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基于CPTU测试的K0固结黏土中静压桩时变承载力研究 
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摘  要：基于空间滑动面（SMP）准则改进的 K0固结各向异性修正剑桥模型，考虑 K0固结饱和黏土初始应力各向异性、

应力历史及应力诱发各向异性对土体三维力学特性的影响，推导了静压沉桩柱孔扩张问题的弹塑性解析解。在此基础

上，根据桩侧土体应力状态与单剪试验中试样应力状态的相似性，结合桩周土轴对称固结理论提出采用孔压静力触探

仪（CPTU）锥尖阻力、锥肩孔隙水压力及相应孔压消散数据预测静压桩时变承载力的理论方法。通过离心机模型试验

实测结果和理论预测值的对比，验证了理论方法的有效性，研究了静压桩承载力随时间的变化规律。研究结果表明，

本文理论预测方法避免了土体基本参数测定等繁琐过程，且可以较为合理地预测静压桩时变承载力；静压桩沉桩结束

后其承载力在短时间内迅速增加，之后承载力增加幅度变缓且逐渐趋于稳定值；静压桩桩径越大，沉桩结束后承载力

增加的速度越慢，承载力达到稳定值的时间越长。 
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clay based on CPTU tests 
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Abstract: Based on the SMP criterion-based K0 consolidated anisotropic Cam-clay model, an analytical solution to cylindrical 

cavity expansion for pile installation is derived. This solution incorporates the effects of the initial stress anisotropy, stress 

history and initial stress-induced anisotropy on the three-dimensional properties of K0 consolidated clay. According to the 

similarity of the stress state between the soil adjacent to pile shaft and the soil sample in simple shear tests, a theoretical 

approach to predict the time-dependent bearing capacity of jacked piles is proposed. This method is based on the 

axisymmetrical consolidation theory, and the parameters required in this method are only the cone tip resistance, cone base pore 

water pressure and the corresponding dissipation data from the CPTU sounding. This theoretical approach is verified by the 

centrifugal model tests, and the time-dependent bearing capacity of jacked piles is studied. The results show that the proposed 

theoretical method can properly predict the time-dependent bearing capacity of jacked piles, and can avoid the complicated test 

process of soil properties. The bearing capacity increases rapidly in short time after the pile installation and gradually tends to a 

stable value. The larger the pile diameter is, the slower the bearing capacity increases and the longer the required time for 

bearing capacity reaching stable value. 

Key words: SMP criterion; piezocone penetration test; cone tip resistance; pore pressure; time-dependent bearing capacity; 

centrifugal model test 

0  引    言 
孔压静力触探（CPTU）试验由于经济、可靠、简

便、快速，自身携带多种传感器并可沿土体深度连续

记录测试数据等优点，在土体基本参数测试及桩基承

载力预测等方面发挥了重要作用[1-3]。特别在静压桩承
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载力预测方面，CPTU 法与总应力法（ 法）和有效

应力法（  法）相比，由于 CPTU 贯入过程与静压沉

桩过程相似，锥尖阻力或侧壁摩阻力可直接应用于静压

桩承载力预测，有效避免了传统方法中土体基本力学性

能的测定试验和试样扰动对预测结果的影响[1-2, 4]，从

而得到了广泛的应用。 
迄今为止，国内外学者对静力触探测试数据与静

压桩承载力之间的关系展开了一系列有益的研究：De
等[5]基于总应力法的思路提出了CPT方法，此方法首

先根据圆锥系数Nke估计土体的不排水抗剪强度进而

采用桩侧承载系数和桩端承载系数计算承载力。

Alsamman[6]基于不同场地条件中95根足尺桩载荷试

验和CPT试验结果，研究了桩侧承载力和桩端承载力

与净锥尖阻力之间的关系；Eslami等[1]基于不同场地

中142根桩的载荷试验结果，提出了基于CPTU测试数

据划分土体类型进而确定桩侧与桩端承载系数来预测

承载力的方法；蔡国军等[2, 7-8]首次在国内基于CPTU
和不同类型桩载荷试验资料，提出了基于CPTU测试

结果预测桩基承载力的新方法，并采用可靠性理论对

不同的CPT和CPTU预测方法进行了可靠性评估。俞峰

等[9]结合土塞效应、桩端阻力影响范围、侧阻退化等

效应，对比分析了不同CPT方法预测钢管桩承载力的

差别。曹权等[10-11]根据静力触探探头和静压桩贯入软

土的相似性，基于圆孔扩张理论创新性地提出了采用

CPTU测试结果估算静压桩承载力的理论方法。 
上述研究具有较大理论和工程意义，但多数CPT

法采用静载试验和CPT测试数据拟合得出的经验桩侧

阻力系数和桩端阻力系数将侧壁摩阻力和锥尖阻力与

单位桩侧承载力和桩端承载力相联系，其无法从机理

上反映CPT测试数据和静压桩承载力关系的本质；同

时也无法预测和体现饱和黏土中静压桩承载力的时效

性；此外，在特定场地环境条件下拟合得出的经验系

数其应用也具有较大的局限性。尽管少数理论方法试

图建立CPT测试数据和静压桩承载力两者之间的理论

关系，但由于其参数转换过程繁琐且无法考虑承载力时

效性、桩周土体的应力各向异性及相应的三维强度特

性，因此无法合理预测饱和黏土中静压桩的时变承载

力，从而限制了其在工程实际中的推广和应用。 
本文使用空间滑动面（SMP）屈服准则改进的K0

固结各向异性修正剑桥模型（SMP-K0-AMCC）[12-17]

综合考虑应力历史、应力各向异性对桩周土三维力学

特性的影响，基于圆孔扩张理论建立了桩侧阻力系数

和桩端阻力系数的理论表达式，提出了K0固结饱和黏

土中采用CPTU有效锥尖阻力和孔压消散数据预测静

压桩时变承载力的理论方法，并结合离心机模型试验

进行了验证。本文解答为以往CPTU经验方法提供了

理论依据并可直接应用于静压桩时变承载力预测，具

有一定的理论和现实意义。 

1  CPTU 测试数据修正及土体参数确定 
1.1  CPTU 测试结果与贯入模型 

CPTU贯入土体的过程中，可连续测量并记录单

位锥尖阻力qc、侧壁摩阻力fs及锥肩孔隙水压力ubt随土

层的变化情况。由于CPTU端部不等端面积的影响，真

实单位锥尖阻力qt应采用锥肩孔压进行孔压修正[1, 8]： 

btt c (1 )q q a u     ，              (1) 
式中， a为锥端净面积，本文取 0.8a  。 

在饱和黏性土中CPTU锥尖挤开土体向下贯入的

模式类似于球形孔的不排水孔扩张[18-19]，如图1所示，

可采用球孔扩张理论研究CPTU贯入过程及所测数

据。Cao等[20]基于修正剑桥模型推导了饱和黏土中球

孔不排水扩张的基本解答，其极限扩张压力 u 和孔壁

超孔压 tu 分别为 

u u tc 0
u tc

(
( )

4 ) ln 1
3

Gs p
s

 
 

  
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  ，    (2) 

t
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u tc 0( )
4 OCR( ) ln 1
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u
s
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

 
         

     
 ，(3) 

式中，OCR为土体超固结比，G为土体剪切模量，为

土体塑性体应变比，p0为土体初始平均正应力， u tc( )s
为三轴压缩条件下土体不排水抗剪强度[21]，即 

u tc 0(
1 OCR)
2 2

s Mp


   
 

  。          (4) 

其中，M 为临界状态线斜率。 

 
图 1 CPTU 锥尖受力示意图 

Fig. 1 Schematic of stress distribution around CPTU tip  

1.2  土体参数确定 

如图1所示，CPTU锥尖阻力qt由球孔极限扩张压

力 u 和锥面土体的不排水抗剪强度 u tc( )s 在竖向的分

量两部分构成，由平衡条件可得 

t u tc u tc 0
u tc

4 ( ) ln 1 3( )
3 ( )

Gq s s p
s

 
    

 
 。 (5) 

由式（3）、（5）可得 
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 

1/

E

0

OCR 2
1 1.53

q
p M


 

     
  ，      (6) 

式中， Eq 为有效锥尖阻力， Eq t tq u  ， tu 为锥尖处

孔隙水压力，其值一般大于锥肩处所测孔隙水压力

btu ，在黏土中 t bt(1 1.1)u u  [10]。 
根据球孔周围土体应力状态和土样三轴压缩应力

状态的相似性[19]，将式（6）代入式（4），则土体三

轴压缩条件下的不排水抗剪强度可采用有效锥尖阻力

表示为 
E

u tc
ke

( )
q

s
N

   ，             (7) 

式中， keN 为有效锥端因子， ke 2(1 1.53 ) /N M M  。 

2  静压桩周土体力学性质演变与解析 
2.1  静压沉桩力学模型与解答 

饱和黏土中桩身挤压排开土体的位移模式类似于

柱孔不排水扩张，故可近似采用柱孔不排水扩张理论

来研究沉桩过程中土体的力学特性变化[22]。考虑到

K0固结饱和黏土初始应力各向异性、应力历史及加载

过程中应力诱发各向异性对土体的三维力学特性存在

较大影响，本文采用可以综合考虑以上因素的

SMP-K0-MCC 模型推导柱孔不排水扩张解答。 
假设饱和黏土中初始半径为零的柱形孔在内压力

ra 的作用下不排水扩张至桩径rd，土体初始水平向有

效应力和竖向有效应力分别为 h0  和 v0  ，柱孔扩张过

程中以rp表示塑性区半径。基于SMP-K0-MCC模型的

屈服准则[17, 23]和弹塑性边界连续性条件，可得转换应

力空间弹塑性边界处的应力解答： 
*

p h0 0 p
1
3r p          ，           (8) 

*
p h0 0 p

1
3

p          ，          (9) 

p v0z     。                 (10) 

式中  rp p pz      ， ， 为转换应力空间弹塑性边界处径

向、环向和竖向有效应力； *
p 为转换应力空间弹塑性

边界处相对应力比， *
p  * OCR 1M  ； *M 为相对

临界状态应力比， * 2 2
0M M   ， 0p 为原位平均有

效正应力， 0 0p p  ； 0 为初始应力比，  0 03(1 ) /K    

0(2 1)K  ；K0为静止土压力系数。 
由式（8）～（10）可得转换应力空间弹塑性边界

处平均有效正应力和广义偏应力分别为 
p p 0p p p     ，                 (11) 

2
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2 1
Kq p

K


 
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   。      (12)  

根据 SMP-K0-MCC 模型[17, 23]，由图 2 所示几何

关系，基于应力变换方法可得原应力空间内弹塑性边

界处真实广义偏应力： 

p 0
p 2

pp

3 3 sin
cos2 2 sin
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




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
  ，      (13) 

式中， p 和 p 为应力转换系数，其表达式为 
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  。      (16) 

图 2 SMP 准则在真实应力和变换应力 π 平面上的形状 

Fig. 2 Shape of SMP criterion in π plane of original stress space  

.and transformed stress space 

SMP-K0-MCC 模型转换应力空间应力分量 ij  和

原应力空间应力分量 ij 之间存在如下关系[17]： 

( )ij ij ij ij
qp p
q

          


  ，     (17) 

式中， ij 为克朗内克符号。 
将式（8）～（10），（12）、（13）代入式（17）可

得原应力空间弹塑性边界处应力分量： 

p *0
p 0 p

p 0

1 11
2 1 3r

q Kp
q K

 
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 
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
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  。       (20) 

基于柱孔不排水扩张条件可得孔周土体塑性区半

径为 
p

pd h0( )r

Gr
r   
   。        (21) 

由 SMP-K0-MCC 模型临界状态条件和柱孔不排

水扩张条件可得转换应力空间中孔周临界状态区内有

效应力分量分别为 
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式中， 
2 2 2
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2 3 (2 1) 9(1 )
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M K K

K


    


  。 (25) 

基于应力变换方法，可得原应力空间中孔周临界

状态区域内平均有效正应力和广义偏应力： 

f 0
OCR

2
p p p
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  ，     (27) 

式中，临界状态区应力转换系数 f 和 f 分别为 

f
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将式（22）～（24），（27）代入式（17）可得原

应力空间中临界状态区内真实有效应力分量： 
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(31) 
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 (32) 
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。(33) 

柱孔扩张过程中孔周任意位置处单元体的平衡微

分方程可表示为 

0rr

r r
  

 


  。           (34) 

将式（31）、（32）代入式（34）积分可得柱孔周

围塑性区内任一位置处有总应力分量： 
2
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式中， 0 1K ≤ 时取正号， 0 1K  时取负号， 和  表

达式分别为 
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基于有效应力原理，由式（31）～（33）和式（35）～
（37）可得孔周塑性区内超孔隙水压力为 
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。(40) 

2.2  桩周土再固结 

沉桩结束后，沉桩过程中产生的超孔隙水压力主

要沿径向消散，其孔压消散半径约为 5～7 倍塑性区半

径 rp
[24]，期间桩周土有效应力增加伴随强度的提高，

因此静压桩承载力出现明显的时效性。以 ( )u t 表示

桩周土再固结过程中的超孔压，则基于上述固结模式

和式（40）可得桩周土再固结过程中桩侧土体中的平

均有效应力： 

 f
1( ) ( )

3(1 )
vp t p u u t
v
     


 。 (41) 

2.3  桩周土体力学性质演变 

沉桩过程中桩体剧烈剪切挤压土体使得近桩侧土

体处于临界状态，其原位潜在强度和结构性消失，故

对于不同原位初始固结比的土体而言，桩周土再固结

过程中可认为土体均转变为正常固结土[12, 25]，基于

SMP-K0-MCC模型可将桩周土再固结过程中三轴压缩

条件下的不排水强度表示为 

u tc
1 1( ( )) ( )
2 2

s t Mp t


   
 

  。     (42) 

由式（4）、（41）、（42）可得再固结过程中任意时

刻土体强度与原位强度比 ( )t ： 

u tc

u tc 0

( ( )) 1 1 ( )( )
( ( )) 2 3 (OCR)
s t u u tt
s t p




        

 。 (43) 

 

3  基于 CPTU 预测静压桩的时变承载力 
3.1  桩侧承载力预测 
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如图 3 所示，桩加载过程中桩侧土体竖向剪切面

上的应力状态与单剪试验中土样水平剪切面上的应力

状态基本一致[25]。由此关系可知桩侧土体破坏时竖向

剪切面上的应力状态点 A ( )r rz ， 与相同土样在直剪

试验条件下破坏时水平剪切面上的应力状态点

( )y yx ， 在   平面内重合（图 4）。同时，由图 4
中单剪试样破坏时水平剪切面上剪应力 yx 与平面应

变条件下土体不排水抗剪强度 u ps( )s 间的几何关系为 
u ps( ) cosrz yx s       。      (44) 

图 3 桩侧土应力状态与单剪试验土样应力状态 

Fig. 3 Stress state of soil near pile shaft and soil sample in simple  

shear tests 

 
图 4 桩侧土剪切破坏时应力状态 

Fig. 4 Failure stress state of soil around pile shaft 

基于 SMP 准则，重塑土平面应变条件下不排水抗

剪强度与三轴压缩条件下不排水抗剪强度存在如下关

系[21]： 
u ps u tc( ) ( )s s   ，           (45) 

式中，  表达式见式（39），但平面应变条件下重塑

土样应力转换系数中应力罗德角 π / 6  [26]。 
由式（7）、（43）、（44）、（45）可得再固结过程中

桩侧单位承载力 ( )rz t 与有效锥尖阻力 Eq 间的关系： 
c E( ) ( )rz t t q    ，           (46) 

式中， c KE( ) ( ) cos /t t N    为基于 CPTU 测试数据

的桩侧承载力系数。 
根据固结理论，桩周土孔压消散速率与排水半径

的平方呈反比关系；同时，桩周孔压消散半径与桩径

成正比关系[22, 24]，因此可得桩侧土体固结度与 CPTU

实测孔压之间的关系： 
2 2

pile CPTU pile CPTU

pile CPTU

( ) ( / )
( ) 1 1

( 0) ( 0)
u t u r t r

U t
u t u t
 

   
   

。(47) 

为利用 CPTU 孔压测试数据，由式（43）、（47）
可进一步将桩侧承载系数 c ( )t 表示为 

 c c c c( ) ( 0) ( ) ( 0) ( )t t t t U t           。 (48) 

3.2  桩端承载力预测 

单位桩端承载力 uq 通常采用下式计算： 
u c u tc( )q N s   ，            (49) 

式中， cN 为桩端承载力因数，饱和黏土中 c 9N  [27]。 
由式（7）、（43）、（49）可得桩周土再固结过程中

桩端单位承载力 u ( )q t 与平均有效锥尖阻力 Eq 之间的

关系： 
u q E( ) ( )q t C t q   ，            (50) 

式中， KEq c( ) ( ) /C t t N N 为基于CPTU测试数据的桩

端承载力系数， Eq 为桩端承载力影响范围内CPTU所

测有效锥尖阻力平均值。基于球孔扩张理论[18]，饱和

黏土中桩端承载力影响范围可取为桩端平面上下4～8
倍桩径。 

为利用 CPTU 孔压测试数据，由式（43）、（47）
可将桩端承载系数 q ( )C t 表示为 

q q q q( ) ( ) ( ) ( 0) ( )C t C t C t C t U t        。(51) 

3.3  总承载力预测 

桩的总承载力包括桩侧承载力和桩端承载力，由

式(46)、(50)可得 

u s q u
1

( ) ( ) ( )
n

rzi i
i

Q t t A A q t


    ，  (52) 

式中， u ( )Q t 为总时变承载力， siA 为第i层土中桩侧面

积， ( )rzi t 为第i层土中单位桩侧承载力， qA 为桩端截

面积。 
可以看出，本文提出的预测方法仅需确定土体有效

内摩擦角 ，便可应用式（6）通过CPTU所测有效锥

尖阻力 Eq 来确定土体固结比OCR，进而结合固结比

OCR与侧压力系数K0之间关系 [28]( 0K  (1 sin )   
sinOCR   )根据式（40）、（43）、（46）、（50）可确定承

载系数 c ( 0)t  、 c ( )t   、 q ( 0)C t  和 q ( )C t   ，

然后根据式（48）、（51）、（52）应用CPTU实测孔压

消散数据可直接预测饱和黏土中静压桩的时变承载

力，避免了土体基本参数测定等繁琐过程，同时也合

理考虑了沉桩过程、固结过程及加载过程中土体三维

力学性能的演变。 
 

4  离心机试验验证 
试验在同济大学TLJ-150复合型岩土离心机上进

行，试验模型率n=50g。试验用土为上海第⑤3-2层粉
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质黏土。土样从现场取回风干粉碎后，根据饱和含水

率配置水量，并在真空搅拌机中搅拌均匀，然后置入

模型箱中在50g离心应力场中固结10 h，由于土体在模

型箱中完全侧限固结，故土体固结后为K0固结状态。

试验后从模型箱中取样测得土体有效内摩擦角

  =31.7°。本次试验采用直径为1 cm的孔压静力触探

仪CPTU和外径分别为1.2 cm，1.6 cm的空心铝合金闭

口模型桩，如图5所示。 

模型桩

压力传感器

rd=6 mm

CPTU

rd=8 mm  
图 5 CPTU 与模型桩 

Fig. 5 Picture of CPTU and model piles 

试验在50g离心应力场中采用位移式控制电机将

CPTU以9 cm/min的速度连续压入24 cm，压入过程中

CPTU自带传感器连续记录了锥尖阻力qt、锥肩孔压

ubt，CPTU压入后保持50g离心加速度，测试锥肩孔压

消散数据。为测定静压桩的时变承载力，在50g离心应

力场中首先以9 cm/min速度将直径为1.2 cm和1.6 cm
的铝合金桩压入20 cm，之后保持50g离心加速度，根

据《建筑基桩检测技术规范JGJ 106—2014》[29]对等贯

入速率法的规定及电机自身加载速度范围，采用等贯

入速率法在不同时刻以5 mm/min速率复压桩体，通过

如图5所示的压力传感器测试对应时刻的承载力。为消

除重复加荷对桩承载力的影响，本次试验对每种桩型

分别压入3次，且每种桩型在沉桩结束后5，10，60 min
测试其承载力。 

由于静压桩属于挤土置换桩，故以桩径相似为控

制条件，在试验结果处理时根据离心模型比尺 N=50
将桩 D 和桩长 L 还原为真实尺寸，并按照比尺 N2将

承载力 Q(t)和再固结时间 t 还原为真实的承载力和固

结时间，由于锥尖阻力和孔压比尺为 1∶1，故保持不

变。图 6 为 CPTU 贯入过程中实测锥尖阻力 qt和锥肩

孔压 ubt随贯入深度的变化情况；图 7 为 CPTU 贯入后

实测锥肩孔压 ubt随时间的消散规律；图 8 为沉桩结束

后不同时刻实测所得两种不同桩径模型桩的荷载–沉

降关系曲线。 
由图6所示有效锥尖阻力qE，应用式（6）计算得

出土体超固结比随深度的变化情况如图9所示。可以看

出，由于土体固结和试验过程中均保持50g离心应力

场，故土体基本处于正常固结状态，其固结比约为1.1。 

图 6 锥尖阻力、锥肩孔压和有效锥尖阻力随深度变化曲线 

Fig. 6 Curves of variation of cone tip resistance, cone base pore   

 pressure and effective cone tip resistance with depth 

 
图 7 CPTU 实测锥肩孔压消散曲线 

Fig. 7 Curve of pore pressure dissipation at cone base 

 

图 8 模型桩不同时刻荷载–位移关系曲线 

Fig. 8 Load-settlement curves of model piles in different time 

将   =31.7 ° 和 OCR=1.1 代入 0 (1 sin )K     
sinOCR   可得土体侧压力系数K0=0.50。由式（40）、

（43）、（46）、（50）计算所得承载系数见表1。从图6
可知有效锥尖阻力随深度基本呈线性增加趋势，因此

桩侧承载力计算时其有效锥尖阻力qE按桩入土深度中

点5 m处附近取均值；同时桩端承载力计算时，桩端

承载力影响范围内平均有效锥尖阻力 Eq 按桩端入土

深度10 m处附近取均值，其具体取值见表1。 
由表 1 中所列计算参数，采用式（47）将图 7 中

CPTU 所测孔消散数据压转换为桩周土相应时刻的固

结系数，即可采用式（52）预测不同时刻的承载力。
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由于 CPTU 孔压消散测试时间为 100 d，对应 rd=1.2 m
和 rd=1.6 m 桩周土固结时间分别为 144 d 和 256 d。
图 10 为相应固结时间内预测承载力与实测承载力的

对比情况。由于图 8 中桩顶沉降达到 4.2 mm 时承载

力均基本发挥，之后沉降迅速增大而承载力基本维持

不变，故图 10 中取沉降值 4.2 mm 对应的桩顶荷载为

相应时刻的极限承载力。 
表 1 计算参数 

Table 1 Calculation parameters 

c( 0)t   c( )t   q ( 0)C t   q ( )C t   Eq /kPa Eq /kPa 
0.095 0.241 1.104 2.353 70 125 

图 9 超固结比随深度变化曲线 

Fig. 9 Curves of variation of OCR with depth 

从图 10 可以看出，本文预测值与实测值较为吻

合，且预测承载力随时间的变化规律与实测基本一致，

说明本文方法可以较为合理地采用 CPTU 测试数据预

测饱和黏土中静压桩的时变承载力。从图 10 中还可看

出，静压桩沉桩结束后承载力在短时间内迅速增加，

之后承载力增加幅度变缓且逐渐趋于稳定值。值得注

意的是，桩径越大，沉桩结束后承载力增加的速度越

慢，承载力达到稳定值的时间越长。 

图 10 不同时刻承载力实测值与预测值对比 

Fig. 10 Comparison between predicted and measured values of  

pile bearing capacity at different time 

5  结    论 
（1）基于 SMP-K0-MCC 模型采用应力变换方法

推导了静压沉桩扩孔问题的弹塑性解析解。该解答考

虑了 K0固结饱和黏土初始应力各向异性、应力历史及

应力诱发各向异性对土体三维力学特性的影响，从而

可以较为合理地反映沉桩过程、固结过程及加载过程

中桩周土体力学性质的变化。 
（2）根据桩加载过程中桩侧土体应力状态与单剪

试验中试样应力状态的相似性，结合桩周土轴对称固

结理论提出采用 CPTU 测试数据预测静压桩时变承载

力的理论方法，并与离心机实测结果进行对比验证。

结果表明本文理论预测方法与实测结果吻合良好。 
（3）本文理论方法仅需确定土体有效内摩擦角，

便可直接应用 CPTU 实测锥尖阻力和锥肩孔隙水压力

及相应的孔压消散数据预测静压桩任意时刻的承载

力，避免了土体基本参数测定等繁琐过程。 
（4）静压桩沉桩结束后其承载力在短时间内迅速

增加，之后承载力增加幅度变缓且逐渐趋于稳定值。

静压桩桩径越大，沉桩结束后承载力增加的速度越慢，

承载力达到稳定值的时间越长。 
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