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摘  要：埋置深度对复合地基承载力的影响规律一直缺乏深入研究，工程中采取最低程度考虑基础埋深的保守方法导

致复合地基承载力被不同程度的低估。采用有限差分法建立饱和黏土中散体桩复合地基数值模型，对刚性基础下散体

桩变形模式及机理进行分析，在此基础上，进行考虑桩、土为无重介质的散体桩复合地基极限承载力系数研究。结果

表明散体桩复合地基破坏模式受置换率、桩长和埋深耦合作用，可能发生浅基础型、复合型或实体基础类型的破坏模

式。深度修正系数随着桩长的增加而增大，随埋深的增加而减小；当桩长和埋深一定时，存在一个最优置换率使深度

修正系数取得极大值。而现行规范中深度修正系数取 1.0，低估了基础埋深的作用。最后基于 Mohr–Coulomb 破坏准则

推导群桩复合地基的等效强度，并利用极限分析法推导了浅基础破坏模式下复合地基的极限承载力系数解答，结果与

有限差分法的结果吻合较好。 
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Abstract: The effect of the embedded depth of composite ground on its bearing capacity has not been investigated deeply. The 

bearing capacity of composite ground is underestimated due to the conservative value of embedded depth considered in 

engineering practice. A finite difference model is established to study the failure mechanism of granular column under rigid 

foundation and the ultimate bearing capacity factors of granular column-reinforced composite ground without weight. The 

results indicate that the potential failure modes of granular column-reinforced composite ground can be categorized into shallow 

foundation failure, composite failure and block foundation failure, depending on the replacement ratio, length of piles and 

embedded depth. The depth correction factor increases with the length of columns and decreases with the embedded depth. 

When the length of column and the embedded depth of foundation keep constant, there is an optimum value of replacement 

ratio to obtain the maximum value of depth correction factor. According to the calculated results, the effect of embedded depth 

is underestimated by depth correction factor of 1.0 in the existing code. Based on the Mohr–Coulomb yield criterion, a formula 

for the equivalent strength method of composite ground is deduced and the bearing capacity factor of the shallow failure mode 

is evaluated by the limit analysis method, which agrees well with the results of finite difference method. 
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0  引    言 
复合地基是指在土中打设一定数量砂桩、碎石桩、

水泥土桩、素混凝土桩或钢筋混凝土桩等柱状加固体，

加固体与加固体间的土体形成复合地基，共同承担基

础传递的荷载，如图 1（a）所示。柱状加固体也常称

为桩。一般在基础和地基（包含加固体和加固体之间
─────── 
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土）之间设置一层砂石褥垫层。 
当复合地基用于带地下室的多层建筑、高层建筑

时，则形成有不同宽度和埋置深度的基础下的复合地

基，如图 1（b）所示。 
常用的竖向柱状加固体有碎石桩、挤密砂桩、石

灰桩、深层搅拌桩、旋喷桩、混凝土桩、预制桩，此

外，还有一些复合柱状加固体[1]。  
天然地基极限承载力的研究表明，基础宽度、埋

置深度可对地基极限承载力有提高作用，其提高幅度

与土体的物理力学指标相关。土体强度指标（主要指

内摩擦角 φ）越高、压缩性越低的土体，基础埋置深

度对地基极限承载力的提高幅度越大。土力学的发展

已经基本解决了均质土地基条件下，考虑基础宽度、

埋置深度的地基极限承载力问题，基础宽度、埋置深

度的增加对地基承载力的贡献已有相对成熟的计算理

论与方法。 

 

 

图 1 复合地基示意图 

Fig. 1 Sketch of composite grounds 

《建筑地基基础设计规范》[2]中明确给出了确定

天然地基承载力的两种方法。 
第一种方法，通过载荷试验或其他原位测试、经

验法确定了地基承载力特征值，然后根据基础的宽度

和埋深进行修正，如式（1），从而得出相应修正后的

地基承载力值。 

a ak b d m( 3) ( 0.5)f f b d          。   (1) 
式中  fa为修正后的地基承载力特征值（kPa）；fak为地

基承载力特征值（kPa）； b ， d 为考虑基础宽度和深

度的地基承载力修正系数； 为基底下土的重度，地

下水位以下取有效重度（kN/m3）； m 为基底以上土的

加权平均重度，地下水位以下取有效重度（kN/m3）；

b为基础宽度（m），当小于3 m时按3 m考虑，大于6 m
时按6 m考虑；d为基础埋深（m）。 
    第二种方法，当偏心距e≤0.033b，根据土的抗剪

强度指标确定地基承载力特征值时，地基基础设计规

范中给出了修正地基承载力的计算公式为 

a b d m cf M b M d M c      。     (2) 
式中  Mb，Md，Mc为相应的承载力系数；b为基础宽

度，大于6 m时取6 m，小于3 m时取3 m；c为基底下

土体黏聚力。 
从式（1）、（2）中可以看出，地基基础规范中的

承载力公式在形式上与经典土力学中极限承载力公式

保持一致，并且认为黏聚力c对承载力的贡献是与基础

尺寸和埋深无关的。只需要将载荷试验或其他原位测

试、经验法确定了的地基承载力特征值进行深宽修正。

值得注意的是，规范中宽度修正以6 m为上限值考虑，

这是由于随着基础宽度增大，承载力系数Nγ（对应式

（1）和（2）中的ηb与Mb）降低，当基础很宽时，理

论计算值会偏大，故在此情况下按6 m考虑[3]。 
复合地基虽然在中国自 20 世纪 80 年代以来得到

广泛应用（相同条件时国外主要采用桩基础），但目前

中国一直尚未系统开展考虑基础宽度、埋置深度影响

的柱状加固体复合地基的破坏机理、破坏模式研究，

尚未建立考虑基础宽度、埋置深度影响的复合地基极

限承载力理论。受其影响，目前中国地基基础领域中

最主要的、且包含复合地基内容的《建筑地基基础设

计规范》GB50007、《建筑地基处理技术规范》JGJ79
两个规范，多年来即使经过多次修订，在其现行版本

GB50007—2011[2]、JGJ79—2012[4]，和新编制的国家

标准《复合地基技术规范》GB/T50783—2012[5]给出

的复合地基承载力计算经验方法中，对于基础宽度、

埋置深度对承载力影响采取了最为简单的方法：采用

式（1）计算复合地基承载力，不管被加固前天然地基

土体强度如何（ =0 或 >0），复合地基的地基承载

力埋置深度修正系数均取 d =1.0，并且不考虑基础宽

度的影响（即 b =0）。 
众所周知，复合地基极限承载力可能被这样的方

法显著低估了[6]，并导致在实际工程中出现采用大量

加固体加固后的复合地基承载力反而小于天然地基按

式（1）经过基础宽度修正和深度修正而提高后的天然

地基承载力的实例，这显然是极其不合理的。例如，

对土孔隙比 e、液性指数 IL均小于 0.85 的黏性土，采

用修正系数 d =1.6， b =0.3 来考虑地基承载力因基础

宽度、埋置深度而增加的天然地基承载力。但如果采
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用复合地基加固，则复合地基的承载力仅能采用深度

修正系数 d =1.0、且不考虑宽度修正（ b =0），使按

式（1）计算的复合地基承载力可能反而小于未经加固

的天然地基承载力。 
上述规范中关于复合地基承载力计算方法的实质

是，不管被加固前天然地基土体强度如何（ =0 或

 >0），将由柱状加固体加固后的加固区、以及加固

区以外土体均视为 =0 的淤泥或淤泥质土，不考虑复

合地基上基础宽度承载力的影响，仅以基础埋置深度

范围以内淤泥和淤泥质土对基础提供类似“浮力”的

最保守方法考虑埋置深度对复合地基承载力的提高作

用。这显然是在复合地基破坏机理及极限承载力理论

缺乏研究、且在国际上也缺乏相关技术标准及研究成

果支撑的情况下，采用的一种最为保守的方法，不仅

在理论上极其不合理，实际工程中也因复合地基承载

力被不同程度的低估而导致浪费。 
由于不同类型的加固体（散体类柔性桩、低黏结

强度半刚性桩、高黏结强度刚性桩）具有显著不同的

承载和破坏机理，必然也影响到其不同类型加固体复

合地基的承载和破坏机理。因此，不同类型加固体复

合地基在不同基础宽度、深度下的破坏机理以及基础

宽度和深度对复合地基极限承载力的影响是一个极其

复杂的课题。为此，本文首先针对散体类加固体复合

地基开展相关研究。首先，针对刚性基础下黏土中散

体桩复合地基建立有限差分模型，对条形基础下单桩、

群桩复合地基的破坏模式进行研究；然后在此基础上，

进行考虑桩、土为无重介质的群桩复合地基极限承载

力系数研究，对比分析各参数对破坏模式和极限承载

力系数的影响规律；最后基于 Mohr–Coulomb 破坏准

则推导群桩复合地基的等效强度，在此基础上利用极

限分析法推导浅基础破坏模式下复合地基的极限承载

力公式，并对比数值结果。为进一步确定复合地基深

宽修正打下基础。 

1  计算模型 
1.1  计算模型及参数 

建立群桩复合地基三维有限差分模型，复合地基

剖面、截面如图2所示，根据桩所处基础下位置不同， 
#1为中心桩，#2、#3为边桩。 

在进行极限承载力分析时，通常采用 Mohr– 
Coulomb 屈服准则研究其强度问题，本文视散体桩和

土体为理想弹塑性体，服从 Mohr–Coulomb 屈服准则，

材料性质均匀。根据对称性，计算模型取基础宽度的

一半进行计算。侧向边界限制其水平方向的位移，底

边限制竖向及水平方向的位移。 

 

图 2 数值分析计算模型 

Fig. 2 Numerical model 

计算中取散体桩的内摩擦角 =40°，泊松比

 =0.3，弹性模量 E=45 MPa；饱和软黏土的不排水抗

剪强度 cu=20 kPa，泊松比 =0.45，通过试算发现，

地基土的弹性模量大小对其极限承载力数值影响较

小，为提高计算收敛性和速度，地基土弹性模量取

E=400cu
[7]；桩中心距 De=1 m，加固区宽度 B=5 m，

分别取桩长 L=5，10，15，20 m（对应桩长与基础宽

度比 L/B=1，2，3，4），取桩径 D=0.35，0.5，0.6，
0.7，0.8 m（对应置换率 =9.6%，19.6%，28.3%，38.5%，

50.0%）。由于散体桩与周围土体剪切面上的性质依赖

于具体的成桩方式，并且在竖向加载下，散体桩与土

体界面上一般不发生相对滑动，因此接触面处满足变

形协调[8-9]。 

计算中采用控制刚性基础竖向位移的方式进行加

载，通过试算，确定计算中每一增量步长中所施加的

变形量为 5×10-6 m/时步。 
1.2  天然地基破坏模式及承载力系数验证 

对一个承受均匀垂直荷载的半无限、无重量地基，

Prandtl 根据塑性理论推导了条形刚性基础下天然地

基的极限承载力公式 
u c qq cN qN    。           (3) 

其极限承载力系数的精确解为 

2
c

πcot exp(π tan ) tan 1
4 2

N          
 ， (4) 

2
q

πexp(π tan ) tan
4 2

N 
    

 
  ，        (5) 

当 =0时，Nc=π+2，Nq=1。 
为了验证数值模型的正确性，将模型中加固体对

应位置处的单元属性替换为地基土材料参数，此时模
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型为刚性条形基础下均质黏土地基，并考虑土体为无

重介质。采用位移控制法来求解复合地基极限承载力，

通过提取基础底面各节点所受到的地基反力和位移

确定所施加的外荷载和沉降大小，从而得到基础外荷

载–基础沉降曲线。当基底反力不再随位移增大而变

化时，地基处于完全的塑性流动状态，此时的地基反

力即为地基的极限承载力。 
图 3 为有限差分法计算得到的极限承载力（系

数）–基础沉降曲线。对于基底粗糙和光滑情况，当

超载 q=0 kPa 时，极限承载力 qu分别为 105.9 kPa 和

102.8 kPa；当超载 q=40 kPa 时，qu分别为 145.9 kPa
和 142.7 kPa。利用式（3）求解对应承载力系数，当

基底粗糙时，Nc=5.296，Nq=1.001；当基底光滑时，

Nc=5.145，Nq=0.987，本文的数值解与 Prandtl 理论解

的最大误差不超过 1.3%。 

 

 

图 3 条形基础下均质黏土荷载–沉降曲线 

Fig. 3 Load–displacement curves of homogeneous clay  

foundation under strip footing  

Prandtl解将破坏面分为主动区①、过渡区②和被

动区③三部分，对于饱和黏性土，其主动区①和过渡

区②深度分别为0.5B和0.707B，其被动区③宽度为B。
图4为本文计算结果与Prandtl解的对比，在地基极限状

态时有限差分法滑动面与Prandtl破坏模式基本一致。 
由图3，4可见，对于天然地基的极限承载力，本

文数值模型与经典极限承载力理论得到的结果非常接

近，具有较高的精度，计算结果可靠。因此，可基于

上述模型开展复合地基的极限承载力研究。 

类似于Prandtl地基承载力的叠加原理，本文将复

合地基极限承载力表示为土体黏聚力和基础埋深贡献

的叠加。首先取桩土重度和超载为零，计算与土体黏

聚力有关的承载力系数Nc，然后赋予基础外地面超载，

计算与基础埋深有关的系数Nq，最终复合地基极限承

载力为这两项的叠加，并对各自影响因素分别进行分

析。下文中所涉及的系数Nc，Nq皆为复合地基极限承

载力系数。 

 

图 4 粗糙基础下均质黏土地基破坏模式 

Fig. 4 Failure mechanism of homogeneous clay foundation under  

rough footing 

2  均质加固地基破坏模式与承载力系数 
桩、土形成的复合地基加固区有显著的非均质性，

且与加固区之外的土体在强度、压缩性上具有显著的

区别，可能导致发生有别于天然均质土地基的破坏模

式，地基中产生的破坏面（位置、性状、大小）也因

此可能不同。不同的破坏模式和破坏面自然影响各参

数（基础宽度、埋深等）对地基极限承载力贡献的机

理和大小。 
为揭示非均质地基破坏模式与承载力系数的变化

规律，首先将柱状加固体和土体组成的复合地基加固

区（见图2）简化为均质加固区，取加固区深度与基础

宽度相同，即深宽比L/B=1，加固区内土体黏聚力与

加固区外相同，仅提高加固区内土体内摩擦角 ur ，研

究复合地基的破坏模式和承载力系数随内摩擦角变化

的规律。 
以均质加固区土体内摩擦角 ur =5°，15°，50°

得到地基的破坏情况为例说明非均质地基的破坏模

式。 
与均质天然地基上浅基础破坏模式不同，假想均

质加固区复合地基随着地基局部（加固区内）内摩擦

角的变化，地基可能发生图5所示的3种破坏模式，即

图5（a）所示的浅基础类型破坏模式，加固区的存在

没有改变地基的破坏模式，但破坏面的位置和大小发

生了一定程度的改变；图5（b）所示的复合型破坏模

式，随着加固区内强度的提高，在加固区和加固区外

同时出现滑动面；以及图5（c）所示的实体基础破坏

模式，加固区不再出现滑动面，加固区以外出现破坏
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面。由此可见，当地基出现局部非均质时其破坏机理

是非常复杂的。  

 

 

图 5 均质加固后地基破坏模式 

Fig. 5 Failure mechanism of homogeneous reinforcement  

..foundation 

图 6 是对应加固区不同摩擦角 ur 时地基承载力

系数 Nc，Nq。众所周知，在均质天然地基承载力课题

中，承载力系数 Nc，Nq随着地基土 值的增加而单调

增加。但从图 6 中承载力系数变化随地基局部（加固

区内）内摩擦角的变化可以看出，其变化规律更为复

杂。图 6（a）中，当摩擦角 ur 较小时，Nc 值随着内

摩擦角的增加而迅速增加，当 ur 达到 15°后，Nc 值

的增加速度明显变慢，当 ur 达到 40°时 Nc值趋于稳

定。其原因可从图 5 看出，当 ur 不是很大时，剪切破

坏面通过加固区（图 5（a）、（b）），复合地基承

载力随着加固区 ur 的提高而提高；但当加固区 ur 达

到一定临界值后（大致 ur =40°），发生了图 5（c）
所示的实体基础的破坏，剪切破坏面不再通过加固体

内部，此时，加固区内部的强度增加基本不影响地基

极限承载力，即对地基承载力的提高不再有直接作用。 
从图 6（b）中可以看出：当摩擦角 ur 较小时，Nq

值随着内摩擦角的增加而迅速增加，当 ur 达到15°后，

Nq值的增加速度急剧变慢，当 ur =20°时，Nq值达到峰

值，此后随 ur 较的增大而减小。这显然也是地基破坏

所决定的，在图 6（b）所示的 Nq值上升区（ ur <15°），

复合地基发生浅基础类型的破坏，与均质天然地基类

似，承载力系数 Nq随着剪切破坏面经过的土体的摩擦

角的提高而提高；当 ur =20°时，Nq值达到峰值，此

时发生图 5（b）所示的复合型破坏类型；随着加固区

强度的增加，Nq值逐渐减小，发生如图 5（c）所示的

实体基础破坏，剪切面不再通过加固区，加固区发生

实体基础类型的破坏，此时深度修正系数 Nq必然趋近

于饱和软黏土天然地基的 Nq值（Nq=1.0）。 

 

 

图 6 加固区强度变化对承载力系数的影响 

Fig. 6 Influence of strength of reinforced area on bearing capacity  

factor  

3  散体桩复合地基变形与破坏模式 
通常复合地基中的单根散体桩的破坏模式可以有

3 种：鼓胀破坏（Hughes 等[10-11]；Brauns[12]），剪切破

坏（Madhav 等[13]），刺入破坏（Aboshi 等[14]）。实际

上当单桩的长度大于其临界长度时（如 4 倍桩径），无

论桩端是否进入持力层都将由于桩周土的围压不足而

发生鼓胀破坏，这种桩体的变形模式在散体桩的单桩

分析中被广泛接受[8]。 
关于群桩复合地基极限承载力，相关的研究大多

从单桩鼓胀破坏的角度着手，即假设群桩复合地基的
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破坏模式与单桩一致[10, 15]。显然，这样的假设是缺乏

根据的，忽略了群桩之间的相互作用及其他可能的破

坏模式。为了研究散体桩复合地基的承载力系数，首

先要研究散体桩复合地基中加固体、加固区的变形与

破坏模式。 
3.1  条形基础下桩体变形与破坏模式 

取桩体重度 c =17 kN/m3，仍取饱和软黏土的不

排水抗剪强度 cu=20 kPa，重度 s =18 kN/m3。分别研

究饱和软黏土中散体桩单桩复合地基和群桩复合地基

桩体破坏模式。 
（1）单桩复合地基 
在进行单桩分析时，基础宽度 B=1 m，取图 2 中

的中心桩，将另外两根桩桩体参数替换为土体参数；

通过改变条形基础下散体桩桩径，研究不同置换率下

单桩复合地基的变形模式，以 28.3%置换率（桩径

D=0.6）的单桩复合地基为例说明。 
从图 7 可以看出，由于桩周土对桩体的约束作用

随着深度的增加而增加，条形基础下单桩复合地基中

桩体在浅层发生鼓胀破坏，鼓胀位置出现在桩顶以下

约 2 倍桩径深度处，这与已有研究中散体桩单桩鼓胀

破坏位置基本相同[8-10]。并且在单桩复合地基中，鼓

胀位置基本不受桩长和置换率的影响。 

 

图 7 单桩复合地基桩体变形模式 

Fig. 7 Deformed shape of single-column composite foundation 

（2）群桩复合地基 
为了研究散体桩群桩复合地基桩体的变形模式，

同样选取置换率为 28.3%，桩长与基础宽度比 L/B=1
和 L/B=3 的群桩复合地基进行说明。  

图 8（a）所示为桩长与基础宽度比 L/B=1 时群桩

的变形模式。基础边缘桩体发生不明显屈曲，由于桩

身较短，荷载传递至桩端，相对于加载前的原始位置，

有明显的桩端刺入现象。 
    图 8（b）所示为桩长与基础宽度比 L/B=3 时群桩

的变形模式。基础边缘的桩在上部发生屈曲变形，这

是由于在竖向荷载作用下，基础中心处土体向外侧水

平流动所致，而周围桩体的存在使得中心桩约束较强，

故中心桩在桩顶以下约 4 倍桩径处发生鼓胀变形，较

单桩复合地基时更深；随着桩长的增加，传递到桩端

的荷载减少，桩端向下的刺入量也较小。 

 

 

图 8 群桩复合地基桩体变形模式 

Fig. 8 Deformed shape of group-column composite foundation 

区别于单桩复合地基破坏时桩体仅在桩顶附近发

生鼓胀变形，群桩的破坏模式更加依赖于加固体相对

与基础所处的位置。本文根据有限差分法得出条形基

础下群桩的变形模式与 Wood 等[16]进行的圆形基础下

的试验结果相似，如图 9 所示，只有中心桩发生鼓胀，

并由于周围桩体的“遮拦作用”桩体鼓胀位置不再在

桩顶附近；基础边缘的桩由于土体向外侧水平流动在

桩体上部发生屈曲变形。进一步，通过图 8 可以看出，

边桩屈曲处与中心桩鼓胀处连接成连续变形网格，在

此之上形成一个随着刚性基础下降的刚性楔形体区

域，楔形体范围内网格无变形，此楔形体类似于

Terzaghi 的天然地基承载力课题中的“刚性核”，这

与图 9 中 Wood 等在圆形刚性基础下的试验结果相吻

合。但 Wood 等的试验中并未明确给出土体的剪切区

和位移场，将结合下文，对复合地基的位移场进行分

析。 
3.2  复合地基破坏面及位移场 

由图 10 可看出，当地基破坏时，两种桩长条件下，

均在加固区内桩体间形成剪切破坏面，并沿弧形向未



第 3 期                     郑  刚，等. 饱和黏性土中散体桩复合地基极限承载力系数研究 

 

391

加固区发展，破坏面向外向上延伸，最终达到基础外

地面处，发生类似天然地基的浅基础破坏。 

 

图 9 桩体变形模式[16] 

Fig. 9 Deformed shape of group-column[16] 

 

图 10 群桩复合地基塑性滑动面 

Fig. 10 Plastic slip surface of group-column composite foundation 

图 11（a）、（b）分别为群桩复合地基总位移场

与水平位移场（以 L/B=3 为例说明）。当发生破坏时，

基底下形成一个随基础向下移动的刚性楔形体区，刚

性区向下刺入，如图 11（a）所示；在加固区剪切破

坏面以下的区域内水平向位移逐渐增加，从图 11（b）
可清楚看出，剪切滑动面深度范围内，桩体和土体产

生较大的向加固区以外的水平位移，最终导致外部桩

在土体的流动作用下发生图 8（b）、图 9 所示的屈曲。 

 

图 11 群桩复合地基位移矢量图（L/B=3） 

Fig. 11 Soil displacements of group-column composite foundation 

（L/B=3） 

根据以上三维数值分析结果可知，在加载初始阶

段，桩体处于一种初始三轴应力状态，当荷载进一步

增大时，桩体和周围土体产生了贯通的剪切带，从而

发生整体剪切破坏，在散体桩群桩复合地基发生整体

剪切破坏（不考虑超载时），由此，导致不同位置加

固体发生不同模式的破坏，单桩的鼓胀变形模式不适

用于分析群桩复合地基，确定复合地基承载力系数时，

应考虑加固区不同位置处加固体的真实破坏模式。 

4  散体桩复合地基极限承载力系数 
目前为止，关于散体桩极限承载力的研究大多集

中于单桩，认为在竖向荷载作用下桩发生类似于一种

不排水三轴试验由桩顶附近鼓胀所引起的破坏，然后

依据桩体上端侧向鼓胀破坏推导计算公式。承载力计

算公式的基本形式是 2
u ru= tan π/4 / 2)q  （ + ，不同之

处只是径向围压 ru 的计算方法不同。其中最具代表

性的几种包括：Brauns[12]假设单桩破坏后滑动面为围

绕桩顶的漏斗形曲面，如图12所示，在忽略桩土间摩

擦力和破坏漏斗环向应力，不计入桩体和土体自重的

基础上根据极限平衡理论推导承载力公式，国内学者

基于此模型做了有意义的改进工作[18]。Hughes等[10-11]

分别基于圆孔扩张理论和极限平衡理论结合原型观测

结果，获得径向围压 ru 的半经验半理论方法。按照

此思路求解散体桩极限承载力的还有被动土压力法和

塑性方法[19-20]。 

 

图 12 单桩承载力计算模型
[12]

 

Fig. 12 Bearing capacity model for a single column[12] 

除此之外，Madhav 等[13]和 Bouassida 等[15]应用极

限分析法直接推导条形基础下单桩极限承载力。 
对散体桩群桩复合地基的极限承载力，目前的研

究基本上都是将群桩视为等效单元体计算得到的，并

且假设桩体无限长或桩端进入强度较高的持力层。

Barksdale等[17]假设基础下的散体桩复合地基中桩、土

同时发生破坏，破坏面为双线性型，并基于被动土压

力原理提出了条形基础下的极限承载力公式。但在该

文献中，这种线性剪切破坏的模式并没有进行试验或

数值的验证。Bouassida等[21]采用下限法对不考虑刚性

基础形状和桩体布置的无限桩长复合地基承载力进行

研究，确定不同置换率、强度情况下的承载力提高值。
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Ambily等[8]将进入持力层的桩体考虑为等效单元体，

得到了数值上的经验关系。 
可以看出，关于散体桩单桩极限承载力的研究已

相对成熟。而对于桩端未进入持力层的群桩复合地基

的研究还很少，并且已有研究中没有考虑超载存在对

散体桩群桩破坏模式和深度修正系数的影响，以及加

固区内强度变化对地基破坏模式的影响。下面结合有

限差分模型对群桩复合地基极限承载力系数进行分

析。 
4.1  散体桩复合地基 Nc值 

取桩、土重度为零，不计超载，计算与土体黏聚

力有关的承载力系数Nc，此时散体桩复合地基仅发生

图10所示的浅基础类型破坏。关于超载等因素共同作

用时引起的散体桩复合地基其他破坏模式将在4.2节
中介绍。 

基于有限差分法得到条形基础下加固体长度/基
础宽度（L/B），置换率（ ）等参数对散体桩复合地

基极限承载力承载力系数Nc的影响规律，如图13所示。 

 

 

图 13 L/B、η 对承载力系数 Nc的影响 

Fig 13 Influence of L/B and η on Nc 

图 13（a）为不同复合地基置换率 时，极限承

载力系数 Nc与加固体长度的关系图。可以看出，即使

在很低的置换率下（ =9.6%），承载力系数 Nc较天

然情况下仍有明显的提高。当置换率 一定时，极限

承载力系数 Nc随着加固体长度/基础宽度（L/B）的增

长而增大，当加固体长度/基础宽度（L/B）达到一定

的临界值后，极限承载力系数 Nc基本趋于稳定，即存

在一个 Nc值的“有效桩长”，当实际桩长大于有效桩

长 Lc后，桩长的增长只影响沉降而对承载力无贡献。

由图 13（a）可看出，对应于不同的置换率，有效桩

长 Lc=1B～2B，置换率低时 Lc较小。 
从图 13（b）中极限承载力系数 Nc与加固体的置

换率的关系图可以看出，当 η>9.6%时，加固体长度

L/B=1 时的 Nc值明显小于其他工况，这是由于此后加

固区深度小于其加固体有效长度 Lc，降低了复合地基

极限承载力，地基破坏面发展至加固区以下的土体中

（图 10（a）所示）；当置换率 η＞38.5%时，出现与

图 6（a）类似的峰值区。当加固体 L/B≥2 时，Nc值

基本不受到 L/B 的影响，仅随 η 的增长呈现线性增长，

这是由于 L/B 较大时荷载很难被传递到桩端，复合地

基在加固区深度范围内发生滑动剪切破坏，加固体长

度的增加不再提高复合地基极限承载力。 
4.2  散体桩复合地基 Nq值 

天然地基极限承载力课题的研究中，在忽略埋深

范围内土体抗剪强度贡献的情况下，埋深相当于作用

在基础以外的地面超载，其主要作用在于抑制滑动面

内的土体向外产生塑性流动，而在散体桩复合地基中，

超载还增加了散体桩周土的围压，进一步提高加固体

的竖向承载力，从而提高了复合地基极限承载力，这

使得基础埋深对复合地基极限承载力的影响较天然地

基时更为复杂。 
（1）超载存在时潜在破坏模式 
与无超载时散体桩复合地基仅发生图10所示的浅

基础类型破坏不同，基础外地面超载的存在，增强了

加固体的竖向承载力，使得加固体影响区内的整体强

度提高，改变了加固区内外的强度差别，使复合地基

发生不同的破坏模式，进而影响深度修正系数Nq的计

算结果。 
以桩长与基础宽度比 L/B=2，基础埋深 2 m（q=40 

kPa），不同置换率的工况为例说明散体桩复合地基可

能的破坏模式： 
a）浅基础破坏模式。如图 14（a）所示，当置换

率较低时，加固区内群桩形成连续剪切破坏面，桩周

土体水平向外向上流动，剪切破坏面发展至基础外地

表，形成类似于天然地基浅基础完全剪切破坏模式； 
b）复合型破坏模式。如图 14（b）所示，加固区

内群桩仍然发生剪切破坏，但由于置换率相对于发生

浅基础破坏时有较大提高，在加固区外侧还产生了垂

直剪切破坏面，加固体将荷载传递至桩端，复合地基

产生较大沉降，桩端刺入，桩底下土体产生塑性区； 
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c）实体基础型破坏模式。如图 14（c）所示，由

于置换率较高，桩体并未破坏，加固区内不产生滑动

面，仅在桩底外产生塑性区，表明加固区内强度相对

土体足够大，同时桩体下卧土层不能给桩体提供足够

的端承力，桩体发生刺入破坏，进而引发复合地基整

体破坏。 
其中复合型破坏模式可以认为是浅基础到实体

基础的一种中间过渡模式。桩长、置换率和超载大小

共同决定着破坏模式的型式，下面结合计算结果对破

坏模式的影响因素和深度修正系数 Nq 变化规律进行

说明。
 

 

图 14 超载对群桩复合地基破坏模式的影响 

Fig. 14 Influence of surcharge on failure mechanism of group-  

column composite foundation 

图 15（a）为基础埋深 2 m（超载 q=40 kPa）时

与超载影响有关的极限承载力系数 Nq和加固体长度

的关系图。置换率 ≤38.5%时，Nq的增大趋势随着

桩长增长而趋于稳定，桩长再增加对深度修正系数几

乎无影响，荷载很难传递到桩底，发生图 14（a）所

示的浅基础类型的整体破坏，承载力系数仅随着加固

区内强度的增大而增大。 
值得注意的是，当桩长L/B=2时，置换率 =28.3%

时深度修正系数Nq值最大，当置换率 ＜28.3%时，

复合地基发生浅基础破坏，Nq随着 的提高而提高；

当置换率 ＞28.3%时，复合地基趋向于发生实体基

础破坏，Nq值反而减小。 
结合图15（b）可以看出，置换率一定时，复合地

基深度修正系数Nq值随L/B的增大而增大。桩长L/B=1
时发生实体基础破坏（η≥19.6%时），仅加固体外侧

剪切破坏面（即实体基础侧摩阻力）对承载力有贡献，

Nq值基本不受置换率η的影响。当桩长L/B=4时Nq随置

换率 线性增长，此时发生浅基础类型破坏，加固区

强度决定Nq大小。桩长L/B=2、3时，Nq随着置换率 呈

现非线性的关系，在拐点之前，Nq随着置换率 线性

增长，此时发生浅基础类型破坏，在拐点处（分别对

应 =28.3%和 =38.5%）Nq值达到峰值，破坏模式发

生改变，发生如图14（b）所示的复合型破坏模式，而

随着置换率的进一步增大，Nq逐渐降低，破坏模式转

化为实体基础类型。 

 

 

图 15 L/B，η 对承载力系数 Nq 的影响 

Fig. 15 Influence of L/B and η on Nq 

由于发生了破坏模式的变化，基础埋深对承载力

的贡献机理相应也发生了变化，不能通过作用在基础
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以外的滑动体表面的超载来直接体现基础埋深对承载

力的提高作用，当埋深使复合地基发生实体基础类型

破坏时，其对承载力的提高作用反而减小。
 图16给出了不同埋深下，即H为2，4，6 m（分别

对应H/B为0.4，0.8和1.2），深度修正系数Nq随置换率

 变化的情况。当置换率较小时，不同埋深的Nq值基

本相同，随着置换率的增大，埋深越大Nq值越小，这

是由于埋深增大时，桩周土对散体桩的水平约束围压

也增大，提高了加固区内的强度，整体更易发生实体

基础类型的破坏。进一步对比图16（a）～（d），对

于不同的桩长，埋深的变化使得Nq值的拐点出现在不

同的置换率 处，即桩长越短，Nq值出现拐点时对应

着越低的置换率；桩长越长，Nq值的拐点出现对应越

高的置换率。说明深度修正系数Nq值是桩长L/B，置换

率 和埋深q共同耦合作用的结果。 

 

 

 

 

图 16 超载对承载力系数 Nq 的影响 

Fig. 16 Influence of surcharge on Nq 

通过以上比较发现，相比于均质天然地基土中基

础的深度修正系数Nq值只受地基土内摩擦角大小的

影响，复合地基的深度修正系数Nq值变化更加复杂。

就本文考虑的影响因素来说，基础埋深越小、置换率

越低和桩长越长，越易出现图14（a）所示的浅基础破

坏模式。反之，越易出现图14（c）所示的实体基础破

坏类型。对于有限桩长时（L/B≤4），加固区外侧破

坏面（相当于实体基础侧摩阻力）对承载力的贡献小

于滑动面通过加固区内部对承载力的贡献，表现为实

体基础破坏时深度修正系数较浅基础时小。置换率η
对Nq值的影响是一种非线性关系，对于一定的埋深和

桩长，存在一个使得Nq最大的最优置换率ηpeak，当η
＜ηpeak时，Nq值随着置换率 的增大而增大，当 ＞

ηpeak时，Nq值随着置换率 的增大而减小，而最优置

换率ηpeak出现在基础发生图14（b）所示的复合型破坏

时。但无论发生何种类型的破坏，深度修正系数都大

于规范中所规定的1.0，可见规范取值过于保守。 
散体桩复合地基破坏模式受置换率、基础埋深和

加固体长度的影响。由于问题的复杂性，本文主要针

对基础埋深较浅、置换率相对较低、加固体长度足够

长，荷载很难传递至桩端，地基将发生浅基础类型破

坏的情形开展研究（实际工程中的散体桩复合地基可

能多属于这种情形）。在发生这种破坏模式的时候，加

固区内部的桩体发生剪切破坏。为了计算此种破坏模

式之下复合地基的极限承载力系数，首先将加固区内

的桩、土等效为第2节中所示的均质加固区，并在此基

础上提出复合地基承载力系数的简化计算方法。下面

介绍均质加固区等效强度的确定方法。 

5  等效强度的确定 
一些学者[8, 17, 22]在进行群桩承载力和稳定问题的

研究中，采用桩土应力比的方法确定均质加固区的强

度，即 
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comp c s1c c c     （ ）   ，         (6) 
1

comp c c s stan [ tan 1 tan ]            （ ） ，(7) 

其中 c
s1 ( 1)

n
n A

 
 

， s
s

1
1 ( 1)n A

 
 

。 

式中， comp ， c 和 s 分别为加固区内等效内摩擦

角、加固体和土体的内摩擦角，ccomp，cc和 cs分别为

加固区内等效黏聚力、加固体和土体的黏聚力； 为

加固区内置换率；n 为桩土应力比。 
由式（7）可见，桩土应力比是确定均质加固区等

效强度值的关键参数，通常认为刚性基础下散体桩加

固黏性土时桩土应力比 n=2～4[22]。但桩土应力比 n
受到诸多因素的影响和制约，如模量比、置换率和荷

载水平等，而且刚性基础下不同位置处的桩体和不同

加载阶段时的应力比 n 取值也相差较大[16]，在应用时，

应力比 n 取值有着很强的随意性，最终导致计算结果

差异明显。 
此外，文献[21，24]根据下限法推导了等效单元

体的强度，Buhan 等[23]根据塑性屈服方法研究加筋边

坡的稳定问题。本文在此基础上将桩、土组成的复合

体等效为宏观上的均匀复合材料，推导均质复合材料

的强度参数。 
取单根桩与其影响范围内形成的土体作为典型单

元体进行分析（考虑单桩加固影响面积为矩形的假

设），对于刚性条形基础下的复合地基极限承载力问

题，考虑为平面应变问题处理，如图 17。 

 

图 17 典型单元体示意图 

Fig. 17 Sketch of a typical element    

由于刚性复合地基受到刚性竖向荷载，桩体进入

主动状态，桩、土体视为理想塑性材料，满足以下假

设： 
（1）桩和土的宏观应力由桩体应力与周围土体应

力组成，桩土同时达到极限破坏。 
（2）桩土之间不产生相对滑动。 
（3）极限状态时剪切破坏面符合朗肯理论，在潜

在滑动面内复合体达到塑性极限平衡状态。 
对区域①内的桩间土部分： 

h as s as vs h ps s ps2 +2K c K K c K    ≤ ≤ 。(8) 

对区域②内的桩体部分： 

h ac ac vc h pc pc2 +2K c K K c K    ≤ ≤  。(9) 

式中  psK ， asK 分别为土体的被动、主动侧压力系数，
2

ps as=tan (π / 4 / 2) 1/sK K  ； pcK ， acK 分别为桩体

的被动、主动侧压力系数， 2
pc =tan (π / 4 / 2)cK   

ac1/ K 。  
假设桩土复合材料服从 Mohr–Coulomb 破坏准

则，考虑 v ， h 为主应力，即 
v h v h

comp comp comp
+

sin cos
2 2

c
   

 


 ≤ ，(10)
 

复合单元体的竖向总荷载可由平衡条件： 

 v vc vs= (1 )          ，         (11) 

式中， vc ， vs 分别为桩体和桩间土上的竖向应力，

 为置换率。 
考虑条形刚性基础下桩土与桩间土区域在竖向荷

载作用下处于轴向压缩状态，取式（8）、（9）右侧计

算，当桩土达到塑性极限状态时，式（8）、（9）、（10）
取等号，由式（8）～（11）可得桩土复合材料的等效

强度为 
1

1 2
comp pc ps

π 2tan (1 )
2

K K  
        ，  (12) 

c pc ps
comp

pc ps

(1 )

(1 )
sc K c K

c
K K

 

 

     


 
 。  (13) 

当散体桩加固饱和黏土时，取上式 cc=0，Kps=1，
公式简化为 

1
1 2

comp pc
π 2 tan (1 )
2

K  
        ，  (14) 

comp s pc(1 ) / (1 )c c K        。   (15)  

6  复合地基极限承载力上限解 
6.1  上限定理 

极限分析法采用塑性理论中的上、下限定理来确

定稳定性问题的真实解范围，被运用于边坡稳定、土

压力和地基承载力等土力学问题的求解。其中，极限

分析上限定理以刚体形式运动的岩土材料满足：①材

料为理想塑性材料；②屈服方程满足在应力空间内外

凸；③土体服从相关联流动法则。对于任何运动许可的

破坏机构，内能耗散率不小于外力功功率，可表示为 
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ij ij i i i id d d
V V

V T v X v V


      ≥   。   (16) 

式中  左边项为内能耗散率 D，右边两项为外力所做

的功率 E； ij 为通过关联流动法则确定的应力场； ij
为运动许可速度场中的塑性应变率场； iT ， iX 分别为

边界 上的面积分布力矢量和滑动体区域 V 内的体

积力矢量； iv 为机动允许的速度场。由于分析的是饱

和黏性土中复合地基极限承载力，在本文中暂不考虑

地基的重度，故外力的功率主要由基础两侧的超载产

生，即 

i id
S

E q v S    。            (17) 

而内能耗散主要发生在速度间断面 S 上，可表示

为 

i id
S

D c v S    。            (18) 

6.2  破坏模式 

为了获得合理的复合地基极限承载力系数上限

值，关键是要有合理的破坏模式和相应的速度场。采

用经修正的 Prandtl 破坏模式，假定复合地基由两个刚

性块体①、④和两个剪切区②、③构成。 
如图 18 所示，块体①代表基底下与水平面呈现

角的复合加固区锥形体，此区域中的桩土无水平向膨

胀，锥形体的体积部分决定了群桩的地基改善水平，

在加载过程中随基础一起下降；剪切区②是以对数螺

旋线 BC 围成的剪切区 ABC，从楔形体下 B 点开始发

展，点 C 为对数螺旋线的终点，夹角为 π/2- 。区域

③中的土体发生了明显的水平向运动，此区域主要起

到限制①、②区域水平流动的作用，此区域处土体的

刚度直接影响了地基的整体稳定性和沉降。在该区域

基础下的主应力方向发生了偏转，主应力方向为水平

方向。假定剪切区③是以 A 为圆心，AC 为半径的圆

弧滑动区，终点为 D 点，夹角为 。块体④为三角形

朗肯被动区，该区域链接圆弧区终点 D 延伸至地面高

度处。 

 

图 18 复合地基破坏机构 

Fig. 18 Collapse mechanism for group-column composite  

foundation 

6.3  内能耗散速率的计算 

由三角形刚性块体①和④，对数螺旋形剪切区②

和圆弧形剪切区③构成的复合地基破坏模式，相应的

速度场见图 19。 

 

图 19 速度相容矢量关系 

Fig. 19 Velocity hodograph 

由于所确定破坏模式关于基础中心对称，可只取

1/2 模型进行研究，此处选右半部分进行分析。基础

宽度为 B，在加固区内部，满足相关联流动法则，速

度间断线上，相对速度矢量与间断线的夹角为加固区

等效内摩擦角 comp 。其能量损耗为间断面长度 li与黏

聚力 c 以及与切向速度 vcos comp 的连乘积计算。 
此区域内相对速度为 

p comp
0

comp

cos( )
cos

v
v

 



   ，        (19) 

p 0
0p

comp comp

sin sin
cos cos( )
v vv

 
  

 


 。 (20) 

几何尺寸为 

2cosAB
Bl


   。           (21) 

间断线 AB 上的耗散功率 c1D  
c1 comp comp 0pcos  ABD c v l    。

   
(22) 

对数螺旋线剪切区②内的耗散功率为对数螺旋线

上和内部耗散功率的总和，总耗散功率 Dc2为 
π / 2

c2 comp 0
2 dD c r v





   

comp2(π / 2 ) tan
comp 0 comp(e 1) cot  ABc l v         。  

 
(23)

 
加固区外土体为纯黏性土，处于不排水条件，假

定为理想弹塑性体，服从 Tresca 屈服准则。间断线

CD，DE 上潜在滑动面相对速度方向与速度间断面夹

角一致。 
此区域内相对速度为 

comp(π / 2 ) tan
1 2 0 e  v v v     。

     
(24) 

几何尺寸为 
comp(π / 2 ) tane  AC AD ABl l l    。

    
(25) 

comp(π / 2 ) tanπsin e cot
sin 2

AD
DE AB

ll l   


      
 

。(26) 
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圆弧剪切区耗散功率为圆弧上和内部耗散功率之

和，总的耗散功率 Dc3为 
comp(π / 2 ) tan2

c3 s 1 s 02 2 eAC ABD c v l c v l            。 
(27) 

间断线 DE 上的耗散功率 Dc4为 
comp

4

(π / 2 ) tan2
s 2 s 0cot e cotc DE ABD c v l c v l            。

 
(28) 

总的耗散功率为 
4

c
1

i
i

D D


总   。               (29) 

6.4  外部功率的计算 

基础外地面超载的功率 Eq为 
comp(π / 2 ) tan2

q 2 0sinAE ABE q l v q l v e           。(30) 

由式（16）可得复合地基极限承载力 qu值，令 
u s c qq c N qN    。           (31) 

令机构内能耗损功率等于外部功率，则有复合地

基承载力系数 
comp2(π / 2 ) tancomp comp

c
s comp

cos
= [ e 1 + tan ]

cos sin
c

N
c

  


 


  


（ ）
（ ）

 
 

comp2(π / 2 ) tan comp

comp

cos
e 2 +co t

cos cos
   

 
 

 
 



（ ）
（ ） ， (32) 

comp2(π / 2 ) tan comp
q

comp

cos
=e

cos cos
N    

 
 




（ ）
  。    (33) 

当不考虑复合地基体系的重力时，与 Prandtl 推导

的天然地基极限承载力类似，破坏模式是可以唯一确

定的，此时 =π / 4 / 2  ， =π / 4 。极限承载力系数

可表示为 
comp comp comp

c 2 2
s comp comp

cos cot
= +

2cos (π / 4 / 2) 2cos (π / 4 / 2)
c

N
c

 
 


  

comp comp comp comp(π / 2 ) tan (π / 2 ) tanπ+2  (e 1) + e
4

    
 


， 

 
(34) 

 
comp comp2( / 2 ) tan

q 2
comp

1= e
2cos (π / 4 / 2)

N   





，(35) 

式中， comp ，ccomp分别为加固区内复合土体的内摩擦

角和黏聚力，由式（14）、（15）求得。 
6.5  与有限差分法对比分析 

将考虑散体桩群桩复合地基发生浅基础类型破坏

推导而成的上限解与桩长 L/B=4 时的有限差分法计算

结果进行对比，如图 20，21。 
图 20，21 分别表明在加固体内摩擦角一定的情 

况下极限承载力系数 Nc，Nq 与置换率成线性递增关

系，斜率仅受加固体内摩擦角的影响。 
从图 20，21 中可以看出，当加固体内摩擦角分别

取 30°，35°，40°时，基于宏观等效方法确定群桩

复合地基等效强度后推导的上限解与有限差分解之间

Nc，Nq 值的平均差异分别为 0.3%，2.1%，3.6%和

12.0%，12.3%，14.3%。相比于有限差分法，本文推

导的上限解虽然略显超估，但也在一定的精度范围内，

尤其是当加固体强度较小、置换率较低时，两种方法

有较好的一致性。说明本文推导的上限法适用于计算

复合地基发生浅基础类型破坏的计算承载力系数，与

有限差分解的误差在工程实践上是可接受的。 

 

图 20 加固体内摩擦角对 Nc值的影响 

Fig. 20 Influence of internal friction angle on Nc 

 

图 21 加固体内摩擦角对 Nq 值的影响 

Fig. 21 Influence of internal friction angle on Nq 

当加固区满堂置换为散体材料时，则加固区相当

于一个大尺寸散体桩单桩工况，复合地基置换率为

100%，此时。对应式（34）中等效黏聚力 ccomp=0，
等效内摩擦角 comp =40°时，计算此时的极限承载力

系数 Nc，并对比有限差分法与前人散体桩单桩的计算

结果。 
由图 22 可以看出，本文的上限解略小于理论结

合原型观测的 Hughes 法[10-11]，略高于 Bouassida 等[15]

的下限解和本文的有限差分解，但此 4 种方法的计算

结果较为接近；而应用广泛的 Brauns 法[12]计算结果

明显偏大，虽然其破坏模式与单桩的实际破坏模式相

符，但假定的滑动面类似于天然地基中的 Rankine 承

载力破坏模式，精度有限；Greenwood[25]由于在Hughes
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的基础上考虑了土体黏聚力对单桩承载力的贡献，导

致结果偏大。总体来说，本文上限解与相对严谨的

Bouassida 极限分析和有限差分计算结果较为接近，说

明在退化为单桩时也有足够的精度。 

 

图 22 加固体内摩擦角对 Nc值的影响 

Fig. 22 Influence of internal friction angle on Nc 

7  结    论 
对刚性基础下单桩、群桩复合地基桩体的破坏机

理进行了数值分析，研究了超载对摩擦型群桩的地基

破坏模式及极限承载力系数的影响，推导了一种加固

区等效强度公式，并在此基础上利用极限分析上限解

给出了浅基础破坏类型时复合地基承载力系数的计算

公式，最后对比了有限差分法结果。通过分析得出以

下主要结论： 
（1）与单桩破坏模式类似，刚性基础下单桩复合

地基桩体同样由于周围地基土的约束小，导致桩顶位

置发生鼓胀破坏；群桩复合地基桩体的破坏模式依赖

于基础下所处的位置，中心桩由于桩间水平向相互作

用相等，在桩体深处发生鼓胀变形，而边桩由于土体

的水平向流动发生屈曲变形，随着荷载增大，桩体和

周围土体产生了贯通的剪切带，从而发生整体失稳。 
（2）饱和黏土中散体桩复合地基的 Nc值与桩长

及置换率有关，当实际桩长大于“有效桩长”后，桩

长的增长对承载力无影响，此时 Nc仅随置换率线性增

长。 
（3）散体桩复合地基可能发生的破坏模式有：浅

基础型、复合型和实体基础型破坏模式。对于本文所

进行的算例，桩长与基础宽度比L/B越大越易发生浅基

础类型破坏，Nq越大；置换率η和埋深q越大越易发生

实体基础类型破坏，埋深q越大Nq越小，在桩长和埋

深一定，存在使Nq取得极大值的最优置换率ηpeak。破

坏模式和Nq值受这三者耦合作用，根据计算结果，规

范中对深度修正系数取1.0是过于保守的。 
（4）对于复合地基发生浅基础类型破坏的情况，

将桩、土组成的复合体等效为宏观上的均质加固区，

提出了等效内摩擦角和黏聚力的确定方法，避免了传

统方法中桩土应力比取值主观的问题，在此基础上得

到的上限解与有限差分法结果拟合较好。由此，可根

据本文建议的方法确定复合地基发生浅基础整体剪切

破坏时的承载力系数。当发生其它模式破坏时，还需

进一步研究。 
由本文研究可看出，群桩复合地基极限承载力修

正是一个较为复杂的问题，涉及到群桩之间的相互作

用和复合地基破坏模式，且与置换率、桩长、超载、

等因素有关。本文首先针对散体柱状加固体开展了研

究，分析了不同条件下的加固体变形与破坏模式、地

基破坏模式，并提出了承载力系数的确定方法，为更

好更全面地分析和研究其它类型加固体复合地基破坏

模式及深宽修正打下了基础。 
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