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扰动状态下束浆挤扩桩抗拔机制与计算方法研究 

王长虹，蔡德雍，胡子轩，杨天笑 

（上海大学 力学与工程科学学院土木工程系，上海 200444） 

 

摘  要：随着城市化进程中地下空间开发及抗浮问题的凸显，抗拔桩在东南沿海等高水位黏性土地区的应用日益广泛，然而

常规钻孔施工工艺面临诸多挑战，如泥皮效应导致桩侧阻力难以达标、扩底成孔困难等。为此，提出考虑扰动效应的束浆挤

扩桩抗拔承载力计算方法。以上海第⑤1层灰色黏土为对象，建立黏土和砂的弹塑性扰动状态（clay and sand elastic-plastic-disturbed 

state concept，简称 CASM-DSC）模型，精确模拟桩周地基土力学特性。通过用户自定义材料本构（user-defined material 

mechanical behavior，简称 UMAT）子程序，开展数值模拟，分析桩周地基土及挤扩尺寸的扰动效应。修正前期研究的束浆

挤扩钢管桩抗拔简化计算方法。结果表明，钻孔开挖显著削弱黏性土的侧阻力，影响桩−土界面的力学性能，扰动系数和范

围对地基土应力状态呈二次曲线和线性折减关系。在不同的挤扩长度下，模型桩的极限抗拔承载力随长度增加呈“V”字型

特点，且挤扩工艺可改变桩侧受力面积与轴力分布。通过上海徐汇滨江地块的现场试验，验证了简化计算方法的有效性与适

用性，其计算误差控制在 15%以内，为桩基础工程设计提供了可靠的理论支持与实用计算方法。 
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Uplift mechanism and calculation method of constrained grouting pile under 

disturbed conditions 
 

WANG Chang-hong,  CAI De-yong,  HU Zi-xuan,  YANG Tian-xiao 
(Department of Civil Engineering, School of Mechanics and Engineering Sciences, Shanghai University, Shanghai 200444, China) 

 

Abstract: With the development of underground space and uplift resistance issues arising during urbanization, the application of 

uplift pile technology in high water table clay areas, such as the southeast coastal regions, has become increasingly prevalent. 

However, conventional drilling techniques face significant challenges, including difficulty in achieving the required side resistance 

due to the mud cake effect and challenges in expanding the bottom hole. To address these challenges, a novel calculation method for 

the uplift bearing capacity of constrained grouting pile groups, accounting for disturbance effects, has been proposed. Taking the ⑤1 

layer of grey clay in Shanghai as a case study, a clay and sand elastic-plastic-disturbed state concept(CASM-DSC) model was 

developed to accurately simulate the mechanical behavior of the soil around the pile. Numerical simulations were performed using a 

user-defined material constitutive (UMAT) subroutine to analyze the disturbance effects of the foundation soil around the pile and the 

influence of expansion size. The simplified calculation method for the uplift resistance of grouted and expanded steel pipe piles, as 

proposed in previous research, was revised. The results indicate that drilling excavation significantly reduces the side resistance of 

clay soils and influences the mechanical performance of the pile-soil interface. The disturbance coefficient and range exhibit a 

quadratic relationship with stress state and a linear reduction trend, respectively, in the foundation soil. At varying expansion lengths, 

the ultimate uplift bearing capacity of the model pile exhibits a “V” shape characteristic as length increases. Additionally, the 

expansion process alters the distribution of side force and axial force along the pile. Field tests at the Xuhui Binjiang site in Shanghai 

confirmed the effectiveness and applicability of the simplified calculation method, with a calculation error controlled within 15%. 

This provides reliable theoretical support and a practical calculation method for pile foundation engineering design. 

Keywords: constrained grouting pile; expanded size; disturbed state; uplift bearing capacity; simplified calculation method 
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1  引  言 

随着我国城市化进程的推进，地下空间开发与

抗浮问题成为工程的重点。抗拔桩因适用性强，在

抗浮设计中得到了广泛应用。但在高水位黏性土中，

泥皮效应导致侧阻力不足，扩底成孔困难，严重制

约抗拔桩的性能。虽有延长桩长、扩大桩头及压浆

后处理等改进措施，但传统工艺存在渗流溢出、形

状不定等问题，难以满足工程的需求。因此，为了

合理地利用东南沿海等地区高水位黏性土的抗拔承

载能力，综合多种桩基础施工技术的优点，开发了

一种约束注浆工艺[1]的桩基础。图 1 描述了束浆挤

扩桩的施工流程，包括预钻孔、桩体植入、膜袋布

置、注浆扩孔以及浆液固化成型的全过程。图中，

d1为钢管桩外径，d2为钻孔桩径，d3为束浆挤扩段

桩径，h1为挤扩影响段的起始埋深，h2为挤扩段的

起始埋深，L 为有效桩长。 

 

图 1  束浆挤扩桩的施工工艺 
Fig.1  Construction technique of pile with 

constrained grouting pile 
 

针对注浆挤扩桩的研究，国内外学者已开展了

大量工作。在扰动理论方面，Desai 等[2]最早提出扰

动状态的概念（disturbed state concept，简称 DSC），

材料的扰动程度描述工程材料的相对完整和完全扰

动状态，随后发展并应用于岩土材料。刘齐健等[3]

基于 DSC 提出桩基荷载传递函数模型及参数的辨

识方法，描述了桩−土界面在多因素耦合状态下的

扰动特征。黄明等[4]在上述基础上，考虑耦合扰动

过程的时间效应，进一步分析桩−土相互作用的荷

载渐进性传递机制，改进了扰动状态的荷载传递函

数及其参数辨识方法。 

在本构理论方面，黄明等[5]基于直接约束算法

的桩–土 Coulomb 摩擦模型，在不同开挖宽度和埋

置深度条件下，对抗拔桩极限承载力开展对比及影

响因素分析，提出深层开挖条件下抗拔桩承载力变

化的一般规律。Yu 等[6]基于轴对称流线速度场，进

行了参数化研究，分析了极限承载力系数随埋深比、

桩身粗糙度和抗剪强度剖面的变化，提出一种预测

黏土中抗拔桩上限承载力的公式。Li 等[7]基于圆柱

形和球形空腔扩张理论，采用修正剑桥模型，引入

新的计算方法。王长虹等[8]基于土压力理论，以对

数螺旋线为破裂面，提出局部破坏模式，简化了抗

拔承载力的计算流程。 

在试验研究方面，陈立宏等[9]基于室内小比尺

模型试验，在粉质黏土层中，通过上拔荷载作用，

开展 30 mm 桩径的挤扩灌注桩研究，提出了挤扩体

最佳埋深位置。Zuo 等[10]基于现场试验，对比常规

搅拌桩与袋式挤扩桩的侧向位移、沉降与桩−土应

力变化规律，得到了袋式挤扩桩的工作特性，表明

袋式挤扩桩可加快孔隙水压力消散与固结。周同和  

等[11]基于静荷载试验，分析了下部扩大段复合桩的

抗拔作用机制，提出了单桩抗拔承载力的理论模型。

张德华等[12]基于现场静载试验，分析新型旋挖挤扩

灌注桩在加载过程中的各项数据，提出了在不同桩

身位移和承载状态下的阻力发挥情况，以及不同桩

型在相同沉降或相同承载力条件下的对比。 

在数值模拟方面，Kim 等[13]基于有限元，针对

压浆后的桩身荷载分布，开展了传递规律的分析。

Cui 等[14]基于 Abaqus 程序开发了二维有限元模型，

分析桩周土体的超孔隙压力和孔隙率的变化，提出

了桩基承载力的短期固结演变评价机制。Mayoral

等[15]采用两个变形阶段和一个插值函数，来跟踪循

环加载过程中的孔隙演化，模拟了桩−黏土界面的

多向循环加载过程，提出一种简化的离散模型。郦

建俊等[16]使用有限元方法，分析了挤扩抗拔桩极限

承载力破坏的规律，破坏区域为局部的椭球状区域。

Lin 等[17]研究了挤土与非挤土桩对软土地基的扰动

效应。上述文献总结了抗拔桩工程的计算理论、室

内试验、数值模拟的研究成果，具有很好的借鉴意

义。但针对现有约束注浆抗拔桩承载力理论计算方

法中，尚缺乏一种能够综合考虑地基土力学特性、

桩的几何形状和材料性能以及施工扰动等多因素的

可靠、精准且简易的方法。 

针对上述问题，以上海第⑤1 层灰色黏土为对

象，开展以下研究。首先，引入扰动状态的概念，

提出改进的弹塑性扰动状态（ clay and sand 

model-disturbed state concept，简称 CASM-DSC）模

型。在原屈服函数中，引入扰动参数，建立考虑扰

动状态的三维屈服面，定量反映结构性黏土的屈服
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特性。进一步，结合 CASM-DSC 本构模型，开展

有限元模拟，分析桩周地基土扰动因素、挤扩尺寸

的影响效应，揭示其对桩承载特性的影响规律。综

合上述因素，提出挤扩扰动系数，修正前期的简化

计算方法；最后，在上海徐汇滨江地块，开展现场

试验，验证理论的精确性，针对上海典型黏性土层，

提出挤扩扰动系数建议值，以指导设计与施工。 

2  改进的扰动状态 CASM 模型 

钻孔、开挖和清孔等施工活动，将对地基土的

天然结构，产生不同程度的扰动[18]，改变地基土的

力学性能。DSC 理论定义了相对完整和完全扰动两

种状态。在外力的作用下，岩土材料从相对完整状

态过渡到完全扰动状态过程中，岩土材料的扰动程

度可通过扰动函数描述。 

引入扰动状态 DSC 理论，改进 CASM，建立

CASM-DSC 弹塑性扰动状态模型，以描述土体从相

对完整状态到完全扰动状态的过渡过程。屈服函数

考虑扰动状态对结构性的影响，通过引入扰动系数、

扰动范围概念，定量反映结构性黏土的屈服特性。 

2.1  结构扰动评价方法 

在岩土工程的施工活动中，扰动后的地基土强

度将随着扰动程度变化。目前，确定地基土扰动程

度的方法，可以分为 3 类[19]：孔隙比法、力学指标

法和剪切波速法。其中，孔隙比法主要依托于固结

试验，以孔隙比参数作为土样扰动评价指标。 

2.1.1 扰动系数 

Butterfield[20]依托固结试验数据，采用固结压力

pc 与比容的双对数坐标系，概括了土样固结压缩

曲线的显著特征。Hong 等[21]结合 Butterfield 的研

究，提出扰动系数的简单表达式： 

             CLB

CLR

100%
C

C
                （1） 

式中：CCLB为未受扰动土样的 cln(1 ) lge p  固结曲

线的斜率， e 为孔隙比；CCLR 为重塑土样的

cln(1 ) lge p  固结压缩曲线的斜率。值的范围为

原状土状态 0%到重塑土状态 100%。 

2.1.2 扰动范围 

徐书平[22]、刘维正[23]等通过理论计算与测试表

明，对于钻孔成桩开挖工艺，径向扰动度呈对数衰

减规律，构造了扰动范围分布函数 ( )D  ： 

        
0

0

ln
,  

( ) ln

   0,    

D


   



 




 
 


 ≥

          （2） 

式中：为扰动范围； 0 为桩直径 d1的归一化值，

取为 1.0；Θ为钻孔开挖影响圈的归一化直径。 

2.1.3 一维固结试验 

试验的土样，取自于上海市域的典型场地，采

集深度为 26 m，依据《上海地基基础设计标准》

（DGJ08-11―2018）[24]的地基土命名规则，为第  

⑤1层灰色黏土。该土层基本物理力学指标：密度、
含水率 w、孔隙比 e、液限 wL、塑限 wP、塑性指数

PI 和液性指数 LI ，列于表 1。 
 
表 1  上海地区第⑤1层灰色黏性土物理力学指标 

Table 1  Physical and mechanical properties for gray clay 
of layer ⑤1 in Shanghai 

/(g·cm–3) w/% e wL /% wP /% IP IL 

1.79 38.4 1.12 41.9 22.3 19.6 0.82 

 

2.2  CASM-DSC 本构关系 

王长虹等[25]基于 CASM 模型与球孔扩张理

论，解译了静力触探试验数据。针对现有 CASM 系

列模型难以描述施工过程对地基土造成的扰动效

应。因此，结合扰动状态 DSC 理论，改进 CASM

模型。 

2.2.1 屈服条件 

屈服条件可用屈服函数表示，在平均应力 p–偏

应力 q 平面上，屈服函数的形状称作屈服面。在

CASM-DSC 模型中，考虑了扰动状态对岩土材料结

构性的影响，改进后的屈服函数 f 表示为 

     
0

1
ln 0

( )ln

n
pq

f
D pMp r  

      
   

     （3） 

式中：n 为应力状态系数；r 为间隙比；M 为临界状

态应力比； 0p 为固结屈服压力；扰动系数的演化

受塑性应变增量 pd ||  的控制： 

             pd ln d                  （4） 

在 p q   的三维空间内，CASM-DSC 模型的

屈服面，如图 2 所示。在 p  平面上，根据图中虚

线投影的变化规律，开挖孔壁面的地基土扰动程度

为 100%，随着逐渐远离孔壁面，扰动程度逐渐减

小，桩周土恢复天然强度。 

2.2.2 流动法则 

在岩土材料受到荷载作用时，流动法则描述塑

性变形的方向。CASM 采用非关联的流动法则，塑

性体应变增量 p
vdε 和塑性剪应变增量 p

sdε 的比值为 

          
p
v
p
s

d 9( )

9 3 2d

M

M M







 
ε

ε
            （5） 
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图 2  CASM-DSC 屈服面变化 
Fig.2  CASM-DSC yield surface variation 

 

式中：为平均应力 p 与偏应力 q 的比值。 

将式（5）积分，得到塑性势函数 g： 

2
3( , ) 3 ln (3 2 ) ln

qp
g p q M M

pC

            
 

    3(3 )
q

M
p

   
 

                       （6） 

式中：C 为尺寸参数，反映塑性势面的大小，可以

通过给定的应力状态 ( , )p q 求得。 

2.2.3 硬化规律 

屈服面硬化增量 0dp 反映了应力历史的影响。

固结屈服压力 0p 为屈服面与 p 轴交点。与修正剑桥

模型相似，在 CASM 中 0dp 由塑性体应变增量控制： 

             p
0 0 v

1
d d

e
p p 

 





            （7） 

式中：为压缩系数； 为回弹系数。 

在弹塑性理论中，应变 分为弹性应变 e 和塑

性应变 p ，应力增量 d 与应变增量 d 的关系为 

        e p epd (d d ) d  D D             （8） 

式中： eD 为弹性刚度矩阵； epD 为弹塑性刚度矩阵。 
epD 计算公式为 

          
e T e

ep e
T eH

 


D ba D
D D

a D b
           （9） 

式中：H 为塑性硬化模量。 

a、b 的定义为 

        

f f p f q

p q

g g p g q

p q

             
       
     

a

b

  
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         （10） 

H 计算公式为 

   T0
p p

0 vd d

pf f f
H

p




       
     

δ
ε ε 

     （11） 

式中： T 1,  1,  1,  0,  0,  0δ ；σ为应力张量。 

2.3  CASM-DSC 本构模型验证 

基于 CASM-DSC 模型，推导出地基土的应力–

应变关系。在 ABAQUS 软件中，编写用户自定义

材料子程序。在不同的扰动系数下，预测一维固

结试验的结果。本构模型共包括 8 个岩土参数：压

缩系数、回弹系数、泊松比 v、临界状态应力比

M、应力状态系数 n、间隙比 r、初始孔隙比 0e 和扰

动系数。通过一维固结试验，得到、和；通

过饱和土的三轴剪切试验，得到 M、n 和 r。上海地

区第⑤1层灰色黏土的岩土参数取值如表 2 所示。 
 

表 2  本构模型的岩土参数 
Table 2  Geotechnical parameters of numerical simulation 

参数   v M n r e0  

取值 0.171 0.03 0.3 1.1 1.39 1.7 1.12 0.6 

 

计算结果绘制于图 3 内，实线表示处于相对完

整状态的压缩预测结果，最下方点划线表示处于完

全扰动状态的压缩预测结果。可见，通过引入扰动

系数，CASM-DSC 模型可以仅使用一组岩土参数，

描述原状土至重塑土的力学特征变化。在不同的扰

动系数下，如图 3 所示，随着增大，土样的扰

动加大，随着竖向固结压力的逐渐增加，总体变形

程度趋于一致。 

 

图 3  CASM-DSC 模型验证 
Fig.3  CASM-DSC model validation 

 

2.4  CASM-DSC 计算程序开发 

通过 ABAQUS 二次开发的程序接口，借助用

户自定义材料库，模拟岩土材料的力学特征。 
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2.4.1 用户子程序接口及配置 

在 ABAQUS 非线性增量加载技术与平衡迭代

求解算法的框架中，在每个增量步开始时，主程序

对所有的计算单元，调用用户自定义材料本构

（user-defined material mechanical behavior，简称

UMAT）模块。迭代过程为：主程序将某一增量步

的应力和状态变量，传输给 UMAT 子程序，并给出

一个相应的应变增量，UMAT 子程序将利用显式

或隐式积分，计算新的应力，并更新材料的刚度矩

阵，再将更新后的应力、状态变量和刚度矩阵传回

主程序，执行数值模拟计算。 

在本构模型 CASM-DSC 的二次开发中，完成

弹塑性刚度矩阵 epD 的计算，涉及到扰动分布函数

( )D  。在 ABAQUS 中，通过用户自定义场

（user-defined field，简称 UFIELD）变量定义每个

单元的 ( )D  ，并代入 UMAT 子程序。程序间的数

据交换及操作流程如图 4 所示。 

 

图 4  程序数据交换及操作流程 
Fig.4  Program data exchange and operation flow 

 

2.4.2 UMAT 子程序积分算法 

基于算子拆分技术[26]，预测应力增量。通过冻

结塑性变形，完成弹性预测，判断测试应力是否达

到屈服条件，接受测试应力作为新应力，或进行塑

性修正。 

若更新应力后的屈服函数 f <0，则表明岩土材

料处于弹性状态，完成本步长的计算，向主程序传

回更新的应力状态和状态变量；若 f> 0 时，则岩土

材料处于塑性状态，则进入第 2 步塑性修正环节，

使应力落在屈服面上。 

计算步骤流程见图 5，具体流程描述如下： 

（1）写入当前分析子步 k 的应力 k 、应变 k 和

应变增量 1k 。 

（2）利用弹性刚度矩阵 eD ，计算试应力 tr
1k ，

如下式所示： 

             tr e
1 1 Δk k k     D          （12） 

（3）根据试应力，计算屈服面 tr
1 1( , )k kf    ，判

断是否小于 0。若是，表明仍在弹性区间，进入第 6

步；否则，进入第 4 步。 

（4）为了避免迭代收敛的困难，采用牛顿下山

法[27]：①设置下山因子 d ，取值在 0～1 之间，控

制每次迭代步长，以确保数值解向目标函数的最小

值方向移动。②第 k+1 分析子步的塑性应变增量为 

   
1

p p
1 1 1 d p

1

(Δ ) (Δ )
Δ

i
k i k i i

k

g
g



  


 
    

 


    （13） 

式中：i 为迭代计算次数。下山因子 d 从 1 开始，

每次迭代减半，直至 1i ig g  。 ig 为第 i 次迭代的

塑性势函数。 

（5）重新判断屈服函数是否小于 0，如果是，

则进入第 6 步。 

（6）利用更新后的应力，计算材料的弹塑性刚

度矩阵，返回主程序。 

 

图 5  牛顿下山法积分策略 
Fig.5  Newton downhill integration strategy 

3  束浆挤扩桩抗拔机制数值模拟 

为深入研究束浆挤扩桩的抗拔承载机制，开展

了 1:100 的缩尺模型试验，详细的试验数据，已另

外撰文介绍。以下内容主要采用 ABAQUS 数值计

算方法，验证和推理模型试验的数据，研究桩周地

基土、挤扩尺寸的扰动效应，对抗拔桩承载特性的

影响。 
3.1  束浆挤扩桩抗拔模型试验简介 

分别设计两组工况，埋入式A桩和预钻式B桩，

如表 3 所示。 

模型与实际物理系统之间具备相似性，包括几

何相似、运动相似、动力相似以及本构相似。试验 

主程序 UFIELD

读取应力和 
应变增量 

读取场变量

计算完成返回主程序

UMAT

计算材料刚度矩阵 
更新应力和状态变量 

下山因子d 

计算势函数 g 

f<0? 

计算材料的弹塑 
性刚度矩阵 Dep 

计算完成，更新应力、状态变量，返回主程序 

更新d

1 ?i ig g 

主程序调用 UMAT
子程序

弹性计算 
tr e

 1 ( )k k   D  

读取当前应力k、

应变状态k和 
应变增量k+1 
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表 3  缩尺模型试验工况 
Table 3  Scaled model test conditions 

试桩类型 工艺 扰动情况 柱顶荷载/N 有效桩长/cm

A 埋入式 未扰动 3，6，9，12，15，18 30 

B 预钻式 受扰动 3，6，9，12 30 

 

装置包括模型桩、模型箱、试验地基土、压力注浆

泵、加载系统和数据采集系统。 

模型试验采用长×宽×高为 0.6 m×0.3 m×0.4 m

的模型箱，箱壁为 10 mm 厚透明有机玻璃，箱棱采

用 L 型钢加固。为消除埋入式桩 A、预钻式桩 B 之

间的相互作用及边界效应的影响，两根桩的间距设

置为 20 cm，模型桩距离模型槽壁的间距分别为 15 cm

和 20 cm，模型桩的布置如图 6(a)所示。使用变形系

数大的 PVC 管模拟桩体，弹性模量 E 约为 2.7 GPa，

可近似为钢材弹性模量的 1/100。试验模型桩采用

长为 40 cm、外径为 1.6 cm、壁厚为 1 mm 的 PVC

管桩，有效桩长为 30 cm，即模型桩的入土深度。

在非挤扩段、挤扩段各取两个截面，每个截面对称

布置两个应变片，以监测桩身轴力的传递规律，制

作成型的束浆挤扩 PVC 模型桩（未挤扩前），如   

图 6(b)所示。配比水泥熟料、纯净水和石膏，制成

水泥浆液，通过稳定的注浆系统，注入束浆膜袋。

水泥浆液吸水硬化后，在模型桩的外围，形成束浆

挤扩体。在模型桩端下方，填充 5 cm 上海⑤1层重 

 

(a) 模型桩布置平面图（单位：cm）      (b) PVC 模型桩 

 

(c) 加载与数据处理系统 

图 6  缩尺模型桩试验 
Fig.6  Test of the scaled model pile 

塑灰色黏土。在模型槽内壁，涂抹凡士林，减少试

验土与槽壁的摩擦效应。在抗拔加载试验开始后，

应变采集仪实时记录模型桩的应变数据，图 6(c)加

载与数据处理系统。 

通过压力注浆系统，向模型桩膜袋内注入水泥

浆。约束注浆固结 10 d 后[28]，开展模型桩竖向拉拔

试验。使用 CTM8050 万能试验机，将模型箱，固

定在试验平台上，连接模型桩头与运动梁夹具，通

过电机控制梁移动速度，并记录桩顶位移与桩顶

荷载 U 的数据。 

数据监测系统由应变测试分析仪、桩身应变片、

位移和压力传感器组成。在上拔试验中，万能试验

机记录桩顶荷载 U 和桩顶位移；应变片监测桩体

的应变。依据静态荷载测试，采用位移控制法[29]进

行加载。以 0.3 mm/min 速度拉拔模型桩，直至破坏

或上拔量达到 10 mm（即 3.3%上拔率）时，终止加

载，试验约需 34 min。依据桩顶荷载–桩顶位移数

据绘制U  曲线。 
3.2  数值模拟分析方案 

通过数值计算的对称几何模型，包括模型桩和

桩周地基土。模型桩由管桩和挤扩体组成，管桩半

径为 0.8 cm，有效桩长为 30 cm。通过控制位移，

模拟束浆挤扩过程。地基的土尺寸参数设置为 X 轴

为 15 cm，Y 轴为 35 cm。 

网格划分采用不同单元适应各部分特点，共

995 个节点和 882 个单元。管桩设置 30 个 CAX4 单

元，地基土设置 450 个 CAX4P 单元，挤扩体采用

18 个 CAX4R 单元，如图 7 所示。在边界条件上，

模型右边界设水平位移约束，底部设竖向和水平位

移约束。地基土上边界为透水边界，其他为不透水

边界。 

 

图 7  束浆挤扩桩数值模拟几何模型 

Fig.7  Simulation of finite element of model pile 
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在缩尺模型试验方案中，束浆挤扩管桩分别通

过埋入式桩A和预钻式桩B的方式，开展模型试验。

在数值模拟中，为了简化计算，假设管桩已经嵌入

地基土中，随后开展束浆挤扩和上拔加载模拟。 

在 ABAQUS 软件中，调整桩−土界面之间的切

向和法向的接触参数，以此减弱预制桩安装对模拟

实际工况的影响；在接触关系的设定上，为避免不

收敛，选择刚度大、网格细的表面作为主面；在桩−

土、桩−挤扩体接触关系中，将管桩的 23 个 CAX4

单元表面和挤扩体的 18个CAX4R单元表面分别设

为主面。接触面的力学特征采用 Coulomb 摩擦模型

描述。在 ABAQUS 中，界面的极限剪应力 crit 为 

                 crit NP                （14） 

式中：为摩擦系数； NP 为接触面上的法向应力。

为有效模拟桩−土界面之间的接触滑动和剪切阻力

 ，取值为 0.60。 

地基土的本构模型参数详见表 2。管桩发生的

变形为小变形，为提高计算效率，桩体与挤扩体采

用弹性模型，其弹性模量的参数取值如表 4 所示。 

 
表 4  束浆挤扩桩材料参数 

Table 4  Material parameters of model pile 

类型 弹性模量 E/GPa 泊松比 

管桩  2.70 0.34 

挤扩体 20.00 0.20 

 

3.3  数值模拟计算结果对比验证 

模拟埋入式桩 A 和预钻式试桩 B 两种工况，对

比试验数据与模拟结果，验证数值计算方法的有效

性。设置加载终止条件为上拔量 10 mm，结果显示

随着桩顶荷载 U 增大，桩顶位移 逐渐上升，U 
曲线趋势缓变。如图 8 所示，模拟结果与试验数据

基本吻合，两组工况的模拟结果与试验数据趋势一

致。 

图 9(a)为埋入式桩 A 的数值模拟与模型试验数

据的对比图。在 0～10 cm 截段，随着桩顶荷载 U

的增加，数值模拟的斜率，桩身轴力 F 变化量 dF

与桩身深度 h 变化量 dh 的比值 dF/dh 先出现减小，

即侧阻力先出现衰减的现象。在 10～15 cm 截段，

模拟计算的F减小幅度，较模型试验更明显。在15～   

25 cm 截段的挤扩区域，在加载前期，模拟计算的 F

变化较试验数据更为明显，随着桩顶荷载 U 增加至

极限状态，F-h 曲线的斜率与试验数据趋于一致。

图 9(b)为预钻式桩 B 的数值模拟结果与模型试验数

据的对比图，规律与图 9(a)基本吻合。 

 

图 8  桩顶荷载 U−桩顶位移模拟曲线 

Fig.8  Simulation of pile load U to top displacement  

 

(a) 埋入式试桩 A 

 

(b) 预钻式试桩 B 

图 9  桩身轴力 F 沿桩身深度 h 的拟合曲线 
Fig.9  Fitting curves of pile axial force F with depth h 

 

对比数值模拟结果与模型试验数据，两者具有

较好的吻合度，且在挤扩段的上端，埋入式试桩 A、

预钻式试桩 B 的轴力衰减幅度增加，证明存在挤扩

影响的强化区域，验证了缩尺模型试验的结论以及

数值模拟结果的有效性。 

3.4  桩-土扰动影响规律分析 

为进一步分析桩−土扰动影响规律。通过数值

模拟，在合理的参数取值范围内，设置不同的扰动

系数及扰动范围，分析地基土的扰动影响。 
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3.4.1 扰动程度影响 

对扰动系数分别赋值为 0.4、0.6 和 0.8。挤扩

体长度 l 为 10 cm，挤扩倍数为 1 倍钢管桩外径 d1，

扰动范围为 5 倍的 d1，桩周地基土的值及工况编

号，如表 5 所示。编号“A04D5”表示扰动系数
为 0.4，且扰动范围为 5 倍 d1。 

 
表 5  不同扰动系数的数值模拟工况 

Table 5  Numerical simulation conditions with different 
disturbance coefficients  

编号 扰动系数 扰动范围 

A04D5 0.4 5d1 

A06D5 0.6 5d1 

A08D5 0.8 5d1 

 

在不同的扰动系数下，监控地基土挤扩前后

的水平应力变化，分析的扩孔效应。图 10 绘制

了挤扩段中点 S 处地基土的变化。当挤扩位移 u

达到 8 mm 时，超孔隙水压力消散，总应力下降，

逐渐趋于稳定。随着的减小，挤扩后的逐渐增

大。在分别为 0.8、0.6 和 0.4 的条件下，由挤扩

开始前的 3.33 kPa，增长到挤扩后的 13.34、13.58、

13.80 kPa，随着超孔隙水压力消散，最终下降到

5.08、5.61、6.44 kPa。挤扩段的侧向应力最终增长

效应，分别为 1.53、1.68、1.93 倍。 

 

图 10  不同扰动系数下的水平应力变化 
Fig.10  Variations of horizontal stress  with disturbance 

coefficient  
 

对比不同扰动系数下的水平应力增长值 
与未经扰动的水平应力增长值 0 ，图 11 给出了
的影响系数 k1，其关系式符合双曲线函数： 

           2
1

0

k a b
 







              （15） 

式中： a 和 b 均为扰动系数影响的曲线拟合系

数。拟合曲线如图 11 所示，拟合系数 a 和b 分别

取值为−0.764 和 1.0。 

 

图 11  不同扰动系数的折减效应 
Fig.11  Reduction effect on different disturbance 

coefficients  
 

3.4.2 扰动范围影响 

为明确不同扰动范围的影响效应，控制模型

尺寸、地基土扰动系数不变，管桩的挤扩段长度为

10 cm，挤扩倍数为 1 倍 d1，扰动系数 = 0.6，桩周

地基土扰动范围及编号，如表 6 所示。 
 
表 6  不同扰动范围的数值模拟地基土工况 

Table 6  Numerical simulation of foundation soil condition 
in different disturbance ranges  

编号 扰动系数 扰动范围 

A06D1 0.6 1d1 

A06D5 0.6 5d1 

A06D10 0.6 10d1 

 

由图 12 可见，分别为 1、5 和 10 倍管桩直径

d1时，挤扩段中点 S 处的水平应力由 3.33 kPa 增

至 13.91、13.58、12.97 kPa，在超孔隙水压力消散

后，为 6.37、5.61、4.53 kPa。当扩孔为 1 倍 d1、

扰动系数为 0.6 时，挤扩段的提升效果为 1.91、

1.68、1.36 倍。 

 

图 12  不同扰动范围的水平应力变化 
Fig.12  Variations of horizontal stress with  

disturbance range  
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由于扩孔应力与挤扩尺寸相关，为量化扰动范

围的影响，对挤扩后和未扰动情况下，挤扩段中

点 S 处的水平应力值进行归一化处理。在分别

为 1 倍、5 倍和 10 倍桩径 d1时，归一化应力比分别

为 0.95、0.71 和 0.37，表明在不同的分布下，扩

孔应力将产生不同程度的折减，如图 13 所示。 

 

图 13  不同扰动范围的折减效应 
Fig.13  Reduction effects on different disturbance 

ranges  
 

由图 13 可知，扰动范围对挤扩应力的折减效

应，呈线性减小的趋势。k2 表示的影响系数，其

关系符合一次函数式： 

             
0

2k a b
 







             （16） 

式中：a 和b 分别为扰动范围影响的曲线拟合系

数；在不同下，  为挤扩后的水平应力值，下标

0 表示在取值为 0 时，即未经扰动情况下的应力

值。拟合系数 a 和b 分别取值为 1.0 和−0.064。 

3.5  束浆桩挤扩尺寸影响规律分析 

基于上述的数值模拟方法，改变挤扩段的几何

特征，即挤扩长度 l 和挤扩倍数 t，研究挤扩尺寸对

约束注浆挤扩桩承载特性的影响。 

3.5.1 挤扩长度影响 

设置有效桩长 L = 30 cm，非挤扩段的桩径（即

钢管桩外径）d1 = 16 mm，挤扩段直径 d3 = 32 mm，

即挤扩倍数 t = 1，挤扩段底部距离桩端均为 5 cm。

在不同工况中，改变挤扩段的长度 l，各工况桩体

尺寸及编号，如表 7 所示。 

在不同挤扩长度 l 的条件下，图 14 展示了桩顶

荷载 U 与桩顶位移的关系曲线。当 l 分别为 6、8、

10、12 cm 时，极限抗拔承载力分别为 18.3、15.1、

16.5、17.2 N。在 4 组模拟工况中，L08R8 表现出最

低的承载力；当 l 在 6～8 cm 时，随着 l 增长，U

逐渐减小；当 l 在 8～12 cm 时，随着 l 增长，U 逐

渐增大。 

 
表 7  不同挤扩长度 l 的数值模拟工况 

Table 7  Numerical simulation conditions for different 
extrusion lengths l 

编号 桩径 d1/mm 挤扩倍数 t 挤扩长度 l/cm

L06R8 16 1  6 

L08R8 16 1  8 

L10R8 16 1 10 

L12R8 16 1 12 

 

图 14  不同挤扩长度 l 的桩顶荷载 U−桩顶位移曲线 
Fig.14  Curves of pile load U to top displacement  for 

different extrusion lengths l 

 

在不同的挤扩长度 l 下，为了便于分析抗拔桩

承载力的分布规律，将 L10R8 对应的桩顶荷载承载

力 0U 和有效桩长 L 作为归一化常量。在图 15 中，

随着 l 的增长，U 的变化呈现出“V”字型特点。当

l = 6 cm 时， 0/U U 取最大值，为 1.109；当 l = 8 cm

时， 0/U U 取最小值，为 0.915；当 l 在 8～12 cm 时，

随着 l 增加，归一化桩顶荷载 0/U U 呈非线性加大，

且增加的趋势减缓；表明增加 l，桩−土界面之间的

相互作用面积增大，挤扩段可提供的侧阻力增加， 

 

图 15  挤扩长度 l 的承载力影响 
Fig.15  Effect of extrusion length l on bearing capability 
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最终提高 U。 

相比之下，挤扩长度 l = 6 cm 时，虽然长度最

小，但是整体的埋置深度最深，因此，在发生局部

滑移破坏时，地基土的剪切面存在更大的剪切应力，

所以，在图 15 中，L06R8 的归一化桩顶荷载最大。

在总抗拔承载力中，不同桩段的侧阻力占比不同。

由于在挤扩段上部的一定区域内，存在挤扩影响  

段[25]；当挤扩影响段的抗拔力减小，同时挤扩段的

抗拔力增加有限，则总抗拔力下降。因此，在实际

工程中，可合理设置 l。 

3.5.2 挤扩倍数的影响 

为了分析挤扩倍数 t 的影响，保持其他参数不

变，即有效桩长 L 设置为 30 cm，桩径 d1 = 16 mm，

挤扩段长度 l = 8 cm，挤扩段底部距离桩端均为    

5 cm。不同挤扩工况的 t 值及编号如表 8 所示。 

 
表 8  不同挤扩倍数 t 的数值模拟工况 

Table 8  Numerical simulation conditions of different 
extrusion multiples t 

编号 桩径 d1/mm 挤扩倍数 t 挤扩长度 l/cm 

L08R4 16 0.50 8 

L08R6 16 0.75 8 

L08R8 16 1.00 8 

 

针对不同的挤扩倍数 t，在挤扩前后，图 16 绘

制了挤扩段中点 S 处的水平应力变化。随着 t 的

增加，的幅值增大。在 t 分别为 0.50、0.75 和 1.00

倍桩径 d1的条件下，由挤扩开始前的 3.33 kPa，

最终稳定在 5.44、5.61、6.37 kPa，的增长变化为

1.63、1.68、1.91 倍。 

 

图 16  不同挤扩倍数 t 的水平应力变化 
Fig.16  Variations of horizontal stress  at different 

extrusion times t 

 

在不同的挤扩倍数 t 下，绘制归一化处理水平

应力终值 t 与水平应力初始值 0t 的比值 k3，如图

17 所示。即当 t 取值为 0 时，表示未经挤扩作用，

归一化应力比取值为 1。使用线性函数拟合数据点，

建立 t 的影响效应，t 的影响系数 k3为 

             3
0

t
t t

t

k a b t



               （17） 

式中： ta 和 tb 均为挤扩倍数 t 影响的曲线拟合系数，

分别取值为 1.0 和 0.892。 

 

图 17  不同挤扩倍数 t 的影响 
Fig.17  Effects of different squeezing times t 

 

在不同的挤扩倍数 t 条件下，图 18 展示了桩顶

荷载 U 与桩顶位移的关系曲线。在 t 分别为 0.50、

0.75 和 1.00 倍桩径的条件下，极限抗拔承载力分别

为 10.3、13.5、15.6 N。在 3 组模拟工况中，随着挤

扩倍数 t 的增加，U 逐渐增大。t 由 0.25 倍提升至

0.75 倍和 1.00 倍时，U 分别提升了 31%和 51%。 

 

图 18  不同挤扩倍数 t 的桩顶荷载 U−桩顶位移曲线 
Fig.18  Curves of pile load U to top displacement  for 

different squeezing multiples t 
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在模型试验中显示，束浆挤扩工艺提升了抗拔
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上限制了这种增长。在数值模拟研究中，根据挤扩

段的不同尺寸以及挤扩体埋置深度，各个桩段的抗

拔承载力发挥效应也不尽相同。为推广工程应用，

基于上述研究，提出挤扩扰动系数，引入简化计算

方法评估极限抗拔承载力，并分析关键参数影响。

在上海徐汇滨江地块，采用束浆挤扩钢管桩，开展

现场试验研究，验证计算方法的有效性。 

4.1  挤扩扰动系数分析 
基于数值模拟方法，研究了不同挤扩因素及扰

动效应对侧向土压力的影响，建立了数学关系式，

如表 9 所示。 
 

表 9  扰动因素影响关系式 
Table 9  Influence formula of disturbance factors 

影响系数 计算方法 影响因素 系数取值 

k1 a2 + b  a = −0.78，b = 1.0 

k2 a+b  a = 1.0，b = −0.064 

k3 at + btt t at = 1.0，bt = 0.892 

 

将 3 个影响系数 k1、k2和 k3，整合为挤扩扰动

系数： 

                1 2 3k k k                 （18） 

基于王长虹等[8]提出的束浆挤扩钢管桩的抗拔

极限承载力 T 公式： 

            1 2 3T P P P G               （19） 

式中： 1P 为非挤扩段桩−土界面提供的侧阻力； 2P 为

挤扩影响段的抗拔极限承载力； 3P 为挤扩段桩−土

剪切界面提供的侧阻力；G 为重力作用的抗拔极限

承载力。 

挤扩段桩−土界面提供的侧阻力 3P 为 

             
2

3 3 2 d
L

h
P d f h             （20） 

式中： 2f 为挤扩段桩−土界面抗剪强度，可按下式

取值： 

                 2 sf f                （21） 

        s s max
2

max s max

,   

,   

f f
f

f

   
   


   ≥

        （22） 

式中： sf 为桩−土界面的抗剪强度；为 sf 与钢管

桩−水泥注浆体剪切强度 max 的比值。 

在钻孔开挖等施工活动中，不可避免造成土体

扰动，扰动系数，主要分布在 0～0.6 之间[30]；扰

动范围在 3.5 倍非挤扩段桩径 d1左右[31]；束浆挤

扩装置的布袋，大于桩径 200～300 mm[32]，因此，

挤扩体扩径倍数 t 在 0.2～0.5 之间。在扰动系数、

扰动范围和挤扩倍数 t 的取值区间内，分别设置 3

个水平，开展参数敏感性分析，列于表 10。 
 

表 10  不同水平下挤扩扰动因素的取值 
Table 10  Values of disturbance factors of extrusion under 

different levels 

水平   t 

1 0.0 0.5d1 0.20 

2 0.2 2.0d1 0.35 

3 0.4 3.5d1 0.50 

 

根据正交试验设计原理，采用 3 因素 3 水平正

交表 L9(33)（其中，9 表示需开展的计算次数，3 表

示每一个因素的水平数，上标 3 表示因素数目）。计

算得到的挤扩扰动系数值，如表 11 所示，其中，

编号 1～3 表示影响因素的水平编号，括号中的数值

为该水平下对应因素的具体取值。 
 

表 11  挤扩扰动系数的计算值 
Table 11  Results of extrusion disturbance coefficient  

编号 
影响因素 

挤扩扰动系数 
  t 

1 1（0.0） 1（0.5） 1（0.20） 1.14 

2 1（0.0） 2（2.0） 3（0.50） 1.26 

3 1（0.0） 3（3.5） 2（0.35） 1.02 

4 2（0.2） 1（0.5） 3（0.50） 1.36 

5 2（0.2） 2（2.0） 2（0.35） 1.00 

6 2（0.2） 3（3.5） 1（0.20） 0.98 

7 3（0.4） 1（0.5） 2（0.35） 1.11 

8 3（0.4） 2（2.0） 1（0.20） 0.90 

9 3（0.4） 3（3.5） 3（0.50） 0.98 

注：3（0.4）中 3 表示影响因素的水平编号，括号中数值为该水平下对

应因素的具体取值。 

 

根据表 11 的结果表明，在束浆挤扩抗拔钢管桩

的施工中，考虑钻孔扰动和束浆挤扩工艺的影响下，

侧阻力的挤扩扰动系数取值范围介于 0.90～1.36

之间，如图 19 所示。取值越大，颜色越深。可见， 

 

图 19  挤扩扰动系数的影响因素 

Fig.19  Influencing factors of extrusion disturbance 
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当挤扩倍数 t 较小时，难以平衡钻孔扰动带来的负

面影响。因此，在桩基础设计时，需要合理考虑束

浆挤扩工艺。 

4.2  工程应用 

依托上海徐汇滨江金融城项目，开展束浆挤扩

钢管桩的现场试验。基于试桩数据，验证简化计算

式（19）的适用性。 

4.2.1 工程案例 

拟建工程位于上海市徐汇区黄浦江南延伸段，

西岸金融城区域。具体位置如图 20 所示。 

  

图 20  西岸金融城地理位置 
Fig.20  Location of the west bank city 

 

场地地貌类型为滨海平原，地势平坦，在场地

150 m 的深度范围内，土层主要划分为 11 大层，其

中上部为填土和淤泥质黏土，中下部为全新世和更

新世沉积土层组成，详见图 21。 

 

图 21  试桩周围地基土剖面图 
Fig.21  Profile of soil layers and trial piles 

 

在试桩的埋深内，各土层的厚度 z、黏聚力 c、

内摩擦角及重度列于表 12。 

抗拔桩试桩采用直径 Φ300 mm 束浆挤扩钢管

桩，钢管桩的外径 d1 = 300 mm，壁厚 y = 14 mm，

有效桩长 L = 38 m；挤扩段直径 d3 = 600 mm，挤扩

长度 l = 10 m。 

为了测试束浆挤扩钢管桩的竖向抗拔承载力，

基于《建筑基桩检测技术规范》（JGJ106－2014）[33]，

对试验挤扩桩-1 和挤扩桩-2，开展抗拔静载荷试验。 

表 12  土层物理力学参数表 
Table 12  Physical and mechanical parameters of soil layers 

土层 z/m c/kPa  /(º) /(kN·cm−3)

①1填土 3.0 － － － 

①3黏质粉土（江滩土） 21.0 4.7 28.3 17.9 

③淤泥质粉质黏土 5.0 10.8 14.6 17.2 

④淤泥质黏土 8.4 10.6 11.3 16.7 

④T1砂质粉土 4.0 3.8 28.3 18.3 

⑤1粉质黏土 7.6 14.3 16.1 17.6 

⑤31粉质黏土 8.0 14.7 18.9 17.6 

⑤33粉质黏土 2.0 16.1 18.1 17.7 

 

当挤扩桩-1 加载至桩顶荷载 U = 2 640 kN 时，

桩顶位移达到 100 mm，试验中止，判定极限承载

力为 2 480 kN；当桩挤扩桩-2 加载至桩顶荷载 U =   

2 800 kN 时， = 101 mm，试验中止，判定极限承

载力为 2 640 kN。同时，采用简化计算公式，引入

挤扩扰动系数，在分别取最小值 0.90 和最大值

1.36 的情况下，计算极限抗拔承载力的上下限值。

U  曲线如图 22 所示。 

 

图 22  抗拔试桩的桩顶荷载 U−桩顶位移关系曲线 
Fig.22  Curves of model pile load U to top 

displacment  for trial piles 
 

4.2.2 数据分析 

根据地基土的岩土参数和束浆挤扩钢管桩尺

寸，挤扩扰动系数取为 1.0，验证场地内两根挤扩

桩-1、挤扩桩-2 的竖向抗拔承载力，计算结果列于

表 13。数据显示，在预测束浆挤扩钢管桩的抗拔极

限承载力方面，较为准确，误差在 15%以内。 
 

表 13  承载力计算统计表 
Table 13  Statistical results of bearing capacity calculation 

桩号 实测值/kN 计算值/kN 挤扩扰动系数 误差/% 

挤扩桩-1 2 480 2 418 1.00 2.6 

挤扩桩-2 2 640 2 672 1.00 −0.1 

挤扩桩-1 2 480 2 304 0.90 7.6 

挤扩桩-2 2 640 2 559 0.90 3.2 

挤扩桩-1 2 480 2 825 1.36 −12.2 

挤扩桩-2 2 640 3 080 1.36 −14.3 
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基于改进的的简化计算方法，分别计算挤扩桩-1、

挤扩桩-2，及对应等径桩-1、等径桩-2 的桩身轴力，

绘制于图 23。纵坐标刻度为 0 时，F 对应值即为桩

顶荷载 U。挤扩桩-1 和挤扩桩-2 相较于等径桩-1 和

等径桩-2，承载力分别提高了 92%和 75%。 

 

图 23  试桩轴力 F 分布曲线图 
Fig.23  Curves of axial force F distribution of  

trial piles 

 

挤扩桩与等径桩曲线，由于挤扩影响段产生的

承载力，挤扩的轴力在桩径突变处骤降；同时挤扩

工艺增加了桩侧的受力面积，在 28～38 m 的挤扩

段区间，挤扩桩的轴力下降趋势更明显。比较挤扩

桩-1 与挤扩桩-2 曲线，由于两根试桩挤扩段埋置深

度及对应土层一样，二者的差异仅表现在上部的非

挤扩段，挤扩桩-2 的轴力减小幅度更大。 

为利于设计和施工推广使用，结合工程案例及

《建筑基桩检测技术规范》[33]，关于挤扩扰动系数

，对典型黏性土层的建议值，列于表 14。 

 
表 14  不同土层中挤扩扰动系数的取值 

Table 14  Values of the extrusion disturbance coefficient  
 in different soil formations 

土层   t  

⑤1粉质黏土 0.4～1.0 0.5～3.5 0.2～0.5 1.20～1.36

⑤31粉质黏土 0.2～0.4 0.5～3.5 0.2～0.5 1.00～1.20

⑤33粉质黏土 0～0.2 0.5～3.5 0.2～0.5 0.90～1.00

5  结  论 

针对东南沿海的高水位黏性土地区，开展束浆

挤扩桩抗拔承载性能及影响因素分析，并依托上海

徐汇滨江金融城项目，开展束浆挤扩钢管桩的现场

试验。提出了一套优化设计方法，用于提升抗拔能

力并控制施工扰动效应。主要结论如下： 

（1）以上海第⑤1层黏土为研究对象，引入扰动

状态概念，提出了考虑扰动效应的屈服函数及三维

屈服面。建立的 CASM-DSC 模型，可定量反映结

构性黏土的屈服特性，描述土体从相对完整状态到

完全扰动状态的过渡规律。相较于原始的 CASM 模

型，可以仅使用一组材料参数，同时描述原状土与

重塑土的力学特征，能够更全面地分析土体在施工

扰动下的力学行为。 

（2）以桩周地基土的扰动行为及挤扩体尺寸为

控制变量，开展数值模拟，提出扰动效应的定量化

评价方法；通过模拟不同挤扩长度、挤扩倍数对桩

抗拔性能的影响，模型试验结果表现出非线性优化

特征，如在一定范围内，极限抗拔承载力随挤扩体

长度的增加呈“V”字型变化特点。 

（3）考虑扰动系数、扰动范围和挤扩倍数的影

响，提出挤扩扰动系数，修正前期的计算方法。在

上海徐汇滨江地块开展现场试验，验证了简化计算

方法的有效性，计算误差控制在 15%以内；基于上

海典型黏性土层，给出不同土层中挤扩扰动系数的

建议取值，为类似工程的设计和施工提供了重要参

考。 

本研究通过数值模拟和简化计算方法，定量化

评估了扰动效应，但在现场试验中，尚未采取高精

度的直接监测方法。后续研究可引入直接测量方案，

如布置传感器，监测桩周应力场变化，基于施工扰

动区的应力−应变分布数据，进而提升研究的精度。

另外，研究提出的优化设计方法主要基于上海典型

黏性土地区的工程背景，对于更复杂工况，如大直

径桩、高应力区域或深厚覆盖层等，适用性尚需进

一步验证。未来研究可结合实际工程应用，进一步

完善 CASM-DSC 模型的适用范围，提升其通用性。  
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