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摘要：　为解决海水海砂中氯离子腐蚀问题，选用合理的材料本构关系和有限元建模技术，建立在局压荷载作

用下双金属复合管海水海砂混凝土（ＳＳＣＦＢＴ）短柱的精细化有限元分析模型。首先，利用已有的试验数据验

证了模型的可靠性。然后，基于验证后的有限元模型，分析ＳＳＣＦＢＴ局压短柱在受力过程中的内力分配规律

和应力云图。最后，利用有限元模型开展参数分析，研究局压面积比、端板厚度、混凝土强度等参数对

ＳＳＣＦＢＴ局压短柱承载力的影响规律。结果表明：局压面积比和端板厚度是影响ＳＳＣＦＢＴ局压短柱承载力和

变形能力的关键因素。基于参数分析结果，提出适用于ＳＳＣＦＢＴ短柱的局压承载力简化计算公式。
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随着城市化进程的加速，建筑行业对混凝土材料的需求不断增加。作为传统混凝土的主要原材料

之一，河砂由于资源有限，正面临日益严重的供应短缺问题。河砂短缺不仅增加建筑成本，过度开采河

砂还将对生态环境造成负面影响。为解决这一资源紧缺问题，研究人员开始探索使用海水和海砂替代

传统混凝土中的淡水和河砂，提出海水海砂混凝土（ＳＳＣ）材料。近年来，国内外学者对海水海砂混凝土

的性能进行了广泛研究，主要集中在材料力学性能、耐久性，以及与其他材料的结合应用等方面。Ｘｉａｏ

等［１］综述了使用海砂和海水在混凝土结构中的研究现状。Ｇｕｏ等
［２］采用统计分析方法研究了由海砂和

海水制成的生态友好型混凝土的力学性能。已有研究表明，海水海砂混凝土的力学性能与普通混凝土

相近。然而，海水和海砂中的氯离子等腐蚀性物质对钢材的腐蚀作用限制了其在土木工程结构中的直

接应用。

目前，研究人员提出将具有良好耐腐蚀性能的纤维增强塑料（ＦＲＰ）、不锈钢材料与ＳＳＣ结合，尤其

是将ＳＳＣ填入ＦＲＰ管或不锈钢管，从而形成ＦＲＰ管混凝土或不锈钢管混凝土组合结构。Ｌｉ等
［３］对

ＦＲＰ方管海水海砂混凝土组合构件的轴压性能和弯曲性能进行试验研究，发现ＦＲＰ方管的使用可显

著提升试件的极限承载力。文献［４?５］研究了冷弯奥氏体不锈钢圆管填充ＳＳＣ的力学行为和设计方

法。文献［６?８］则专注于ＳＳＣ填充不锈钢管短柱的试验研究。为了有效防止氯离子对钢材的腐蚀，同

时利用ＳＳＣ的优势，文献［９１０］提出双金属复合管混凝土（ＣＦＢＴ）构件，并通过试验研究ＣＦＢＴ短柱的

轴压性能，证实双金属复合管内外钢管能够共同受力变形，发挥良好的组合作用。结合压塑成型、紧密

结合的不锈钢（内）碳素钢（外）双金属复合管与ＳＳＣ，形成双金属复合管海水海砂混凝土（ＳＳＣＦＢＴ）构

件［１１］，可在发挥钢混凝土组合结构构件良好力学性能的同时，实现对ＳＳＣ材料的合理应用。该类结构

可适用于沿海建筑结构及海洋工程领域，如跨海大桥等。

在实际工程中，结构构件常处于局部受压状态。Ｙａｎｇ等
［１２１３］研究薄壁钢管混凝土在轴向局部受压

作用下的受力性能。Ｈｏｕ等
［１４］采用试验和有限元分析相结合的方法，深入研究钢管混凝土在局部受力

作用下的力学性能。目前，关于ＳＳＣＦＢＴ构件在局压荷载作用下的力学性能研究仍较为少见。Ｍｉａｏ

等［１５］对ＳＳＣＦＢＴ短柱在轴向局部受压下的性能开展试验研究，对其破坏形态和承载力进行初步探索。

本文在前期试验研究［１５］基础上，采用非线性有限元分析技术，进一步探索ＳＳＣＦＢＴ短柱在局部受压作

用下的受力机理，并开展系统参数分析，探索不同参数对构件局部受压承载力（简称局压承载力）的影响

规律（不考虑结构的耐久性对承载力的影响），提出适用于ＳＳＣＦＢＴ短柱的局压承载力简化计算公式。

图１　ＳＳＣＦＢＴ局压短柱（单位：ｍｍ）

Ｆｉｇ．１　ＳＳＣＦＢＴｌｏｃａｌｃｏｍｐｒｅｓｓｉｖｅ

ｓｔｕｂｃｏｌｕｍｎ（ｕｎｉｔ：ｍｍ）

１　有限元建模

１．１　模型的建立

ＳＳＣＦＢＴ局压短柱，如图１所示。图１中：狋ｓｓ为

不锈钢钢管壁厚；狋ｃｓ为碳素钢管壁厚；犇 为短柱外

径。采用ＡＢＡＱＵＳ有限元分析程序对ＳＳＣＦＢＴ短

柱进行建模，与实际试验［１５］中的试件保持一致，短柱

外径分别为１０８、１３３、１５９ｍｍ，其对应高度犺分别为

３２４、３９９、４７７ｍｍ。建模过程中，核心混凝土、局部

承压垫块、端板均采用ＡＢＡＱＵＳ有限元分析程序提

供的８节点线性６面体缩减积分实体单元（Ｃ３Ｄ８Ｒ）

７５１第２期　　　　　　　　 　　姜航，等：ＳＳＣＦＢＴ短柱局压性能数值分析与承载力计算方法
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进行模拟；不锈钢管和碳素钢管采用４节点缩减积分壳单元（Ｓ４Ｒ）进行模拟，并在壳单元厚度方向采用

９个积分点的Ｓｉｍｐｓｏｎ积分。

１．２　材料本构关系

１）核心混凝土。采用ＡＢＡＱＵＳ有限元分析程序提供的混凝土塑性损伤（ＣＤＰ）模型模拟核心混凝

土的力学行为。该模型基于各向同性塑性变形，适用于压缩和拉伸条件下的连续性分析，并已在单向加

载试验中展示出良好的模拟效果［１６］。采用 Ｈａｎ等
［１７］提出的应力应变关系模型模拟核心混凝土的受

压行为。此外，采用开裂应力（σｔ０）与断裂能（犌Ｆ）之间的关系描述核心混凝土在断裂过程中吸收的能

量，基于破坏能量准则来表征核心混凝土的受拉软化行为［１８］。核心混凝土强度取５０ＭＰａ。

２）碳素钢。在模拟碳素钢的行为时，采用 Ｈａｎ等
［１７］提出的二次塑性流动应力应变模型，该模型

可准确描述钢材的塑性变形特性。碳素钢屈服强度取３２５．５ＭＰａ，极限强度取４７９ＭＰａ，弹性模量取

２８０．６ＭＰａ。

３）不锈钢。采用Ｒａｍｂｅｒｇ等
［１９］提出的不锈钢本构关系模型，该模型描述不锈钢的应力应变曲线

为一条平滑曲线，并将σ０．２定义为屈服点。不锈钢屈服强度取４６２．７ＭＰａ，极限强度取７０９．４ＭＰａ，弹性

模量取１９１．０ＭＰａ。

１．３　界面接触模拟

在有限元分析中，接触界面上的切向和法向行为直接影响模型的收敛性和模拟精度［２０］。文中模型

的上、下端板与核心混凝土，以及局压垫块与上端板之间的法向接触设置为“硬接触”类型，允许接触界

面压力自由传递，且在无压应力时允许分离。对于不锈钢管与核心混凝土，以及不锈钢管与碳素钢管之

间的接触，法向同样采用“硬接触”，切向则采用库伦摩擦模型，从而模拟接触面的弹性滑移。其中，碳素

钢管与不锈钢管之间的摩擦系数设定为０．８
［２１］，核心混凝土与不锈钢管之间的摩擦系数设定为０．６

［２２］。

鉴于钢管与端板通过焊接固定，故模型中将两者之间的接触定义为“Ｔｉｅ”类型。

１．４　边界条件与加载方案

对有限元模型施加相应的边界条件和加载方案，如图２所示。图２中：犝 为位移；犝１、犝２、犝３ 分别

为犡轴、犢 轴、犣轴方向上的位移，即试验位移；犝犚１、犝犚２、犝犚３ 分别为犡 轴、犢 轴、犣轴方向上的转角。

模型的底部端板被设定为完全固定；模型的顶端（即局压垫块的上表面）仅允许沿犣轴方向的平移运

动，并对其他方向的位移和转动进行了约束。在犣轴方向上，通过位移控制的方式进行加载，以提高模

型的收敛性。

１．５　网格的划分

在有限元模型的网格划分过程中，采用为边布种的方式处理核心混凝土、碳素钢管层和不锈钢管层

之间的接触面，以提高接触面的贴合度和模拟的收敛性。网格划分示意图，如图３所示。

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　（ａ）无端板试件　 （ｂ）有端板试件 　（ｃ）ＳＳＣＦＢ横截面

图２　边界条件及加载方案　　　　 　　　　　　　　　　图３　网格划分示意图

　Ｆｉｇ．２　Ｂｏｕｎｄａｒｙｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓａｎｄｌｏａｄｉｎｇｓｃｈｅｍｅ　　　　　　Ｆｉｇ．３　Ｓｃｈｅｍａｔｉｃｄｉａｇｒａｍｏｆｇｒｉｄｄｉｖｉｓｉｏｎ　 　

２　有限元结果分析

２．１　有限元模型的验证

２．１．１　破坏模式对比分析　有限元模型共构建１８个ＳＳＣＦＢＴ局压短柱（试件编号规则以ＳＳＣＦＢＴ
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１５９６１／３为例，１５９表示钢管外直径（ｍｍ），６表示上端板厚度（ｍｍ），１／３表示局压垫块面积与核心混

凝土截面面积的比值，即局压面积比）。典型试件的形态对比，如图４所示。

由图４可知：模拟得到的试件破坏模式与试验结果基本一致；试件上端出现明显的鼓曲现象；在局

压垫块的作用下，钢管混凝土在试件高度的３／４处达到最大变形；端板在局压作用下出现明显的翘曲。

　（ａ）带端板试件（ＳＳＣＦＢＴ１５９６１／３）　　 　　　　　（ｂ）不带端板试件（ＳＳＣＦＢＴ１５９０１／３）

图４　典型试件的形态对比

Ｆｉｇ．４　Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎｏｆｔｙｐｉｃａｌｓｐｅｃｉｍｅｎｆｏｒｍｓ

２．１．２　荷载位移关系对比　局压短柱荷载位移（犖Δ）曲线对比，如图５所示。图５中：位移取模型加

载点处位移，方向为犣轴负方向；相同钢管外径和相同上端板厚度的试件绘制于同一图中。

由图５可知：模拟曲线与试验曲线基本吻合，且模拟曲线的初始刚度普遍偏大，一方面是因为实际

试验过程中有一定虚位移存在，从而影响试验曲线初始斜率，另一方面是因为有限元模拟无法准确考虑

钢管残余应力，以及混凝土发生裂缝开展产生缝隙影响，从而提高了模拟曲线初始刚度和强化段承载

力。此外，由于模拟中未能复现端板发生冲切破坏，故荷载位移曲线缺少试验中因端板被击穿而导致

的承载力下降阶段。对于未设置上端板的试件，模拟曲线与试验曲线的变化趋势基本一致。

试件局压极限承载力模拟值与试验值的对比，如表１所示。表１中：狋ａ为上端板厚度；β为局压面积

比；犖ｕｌ，ＦＥＡ为试件局压极限承载力的模拟值；犖ｕｌ，ｅ为试件局压极限承载力的试验值。由表１可知：局压

极限承载力的模拟值与试验值较为相近，平均误差为５．８３％，标准差为０．０７０。

综上可知，有限元建模方法合理，结果具有较强的参考性。

　　　（ａ）ＳＳＣＦＢＴ１５９６１／３，　　　　　　 （ｂ）ＳＳＣＦＢＴ１５９３１／３，　　　　　 （ｃ）ＳＳＣＦＢＴ１５９０１／３，

　　 　ＳＳＣＦＢＴ１５９６１／４　　　　　　　　ＳＳＣＦＢＴ１５９３１／４　　　　　 　　ＳＳＣＦＢＴ１５９０１／４

　　　（ｄ）ＳＳＣＦＢＴ１３３６１／２，　　　　　　 （ｅ）ＳＳＣＦＢＴ１３３３１／２，　　　　　 （ｆ）ＳＳＣＦＢＴ１３３０１／２，

　 　　ＳＳＣＦＢＴ１３３６１／３　　　　　　　　ＳＳＣＦＢＴ１３３３１／３　　　　　 　　ＳＳＣＦＢＴ１３３０１／３
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　　　（ｇ）ＳＳＣＦＢＴ１０８６３／４，　　　　　　 （ｈ）ＳＳＣＦＢＴ１０８３３／４，　　　　　 （ｉ）ＳＳＣＦＢＴ１０８０３／４，

　 　　ＳＳＣＦＢＴ１０８６１／２　　　　　　　　ＳＳＣＦＢＴ１０８３１／２　　　　 　　　ＳＳＣＦＢＴ１０８０１／２

图５　局压短柱荷载位移曲线对比

Ｆｉｇ．５　Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎｏｆｌｏａｄｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔｃｕｒｖｅｓｏｆｌｏｃａｌｃｏｍｐｒｅｓｓｉｖｅｓｔｕｂｃｏｌｕｍｎｓ

表１　试件局压极限承载力模拟值与试验值的对比

Ｔａｂ．１　Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎｏｆｓｉｍｕｌａｔｉｏｎｖａｌｕｅｓａｎｄｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌｖａｌｕｅｓｏｆ

ｕｌｔｉｍａｔｅｌｏｃａｌｃｏｍｐｒｅｓｓｉｖｅｌｏａｄｃａｒｒｙｉｎｇｃａｐａｃｉｔｙｏｆｓｐｅｃｉｍｅｎｓ

试件编号 狋ｃｓ／ｍｍ 狋ｓｓ／ｍｍ 狋ａ／ｍｍ β 犖ｕｌ，ＦＥＡ／ｋＮ 犖ｕｌ，ｅ／ｋＮ 犖ｕｌ，ＦＥＡ／犖ｕｌ，ｅ

ＳＳＣＦＢＴ１５９６１／４ ５．０ ０．５ ０ ３／４ １６８４ １６６６ １．０１１

ＳＳＣＦＢＴ１５９３１／４ ５．０ ０．５ ３ ３／４ １５３８ １５２８ １．００６

ＳＳＣＦＢＴ１５９０１／４ ５．０ ０．５ ６ ３／４ １３９６ １４５５ ０．９５９

ＳＳＣＦＢＴ１５９６１／３ ５．０ ０．５ ０ １／２ １８８２ １８３０ １．０２９

ＳＳＣＦＢＴ１５９３１／３ ５．０ ０．５ ３ １／２ １８０１ １７３５ １．０３８

ＳＳＣＦＢＴ１５９０１／３ ５．０ ０．５ ６ １／２ １６６０ １６９７ ０．９７８

ＳＳＣＦＢＴ１３３６１／３ ６．０ ０．８ ０ １／２ １４３２ １４９８ ０．９５６

ＳＳＣＦＢＴ１３３３１／３ ６．０ ０．８ ３ １／２ １２５９ １３７１ ０．９１８

ＳＳＣＦＢＴ１３３０１／３ ６．０ ０．８ ６ １／２ １１３３ １２４１ ０．９１３

ＳＳＣＦＢＴ１３３６１／２ ６．０ ０．８ ０ １／３ １６１３ １５２１ １．０６０

ＳＳＣＦＢＴ１３３３１／２ ６．０ ０．８ ３ １／３ １４９７ １４８３ １．００９

ＳＳＣＦＢＴ１３３０１／２ ６．０ ０．８ ６ １／３ １２５９ １４２８ ０．８８２

ＳＳＣＦＢＴ１０８６１／２ ６．５ ０．５ ０ １／３ １１９７ １０９２ １．０９７

ＳＳＣＦＢＴ１０８３１／２ ６．５ ０．５ ３ １／３ １１１６ １０７６ １．０３７

ＳＳＣＦＢＴ１０８０１／２ ６．５ ０．５ ６ １／３ ８８９ １０１７ ０．８７３

ＳＳＣＦＢＴ１０８６３／４ ６．５ ０．５ ０ １／４ １２１３ １１２７ １．０７６

ＳＳＣＦＢＴ１０８３３／４ ６．５ ０．５ ３ １／４ １１７９ １０９９ １．０７３

ＳＳＣＦＢＴ１０８０３／４ ６．５ ０．５ ６ １／４ ９８１ １０６１ ０．９２４

２．１．３　荷载应变关系对比 　局压短柱荷载应变（犖ε）曲线对比，如图６所示。图６中：εｌ为纵向应

变；εｔ为环向应变；ｅ１、ｅ２分别表示外层和内层的试验值；ＦＥＡ１、ＦＥＡ２分别表示外层和内层的模拟值；

由于试验过程中应变片损坏，图６（ａ）的应变数据εｌ，ｅ１缺失。

由图６可知：模拟曲线与试验曲线的发展趋势基本一致，在加载初期，试件处于弹性阶段，荷载应

变曲线呈线性上升；进入弹塑性阶段后，荷载的增长速度减缓，应变增长的速度加快；以试件ＳＳＣＦＢＴ

　　　（ａ）ＳＳＣＦＢＴ１５９０１／４（中部）　　 （ｂ）ＳＳＣＦＢＴ１５９０１／４（３／４高度处）　　 （ｃ）ＳＳＣＦＢＴ１５９０１／４（顶部）
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１５９０１／４为例，外层碳素钢管与内层不锈钢的应变变化规律基本相同，表明两种材料在变形上具有协

同作用，共同约束核心混凝土以维持试件的承载变形能力。

　 　（ｄ）ＳＳＣＦＢＴ１３３３１／３（中部）　 　（ｅ）ＳＳＣＦＢＴ１３３３１／３（３／４高度处）　 　 （ｆ）ＳＳＣＦＢＴ１３３３１／３（顶部）

图６　局压短柱荷载应变曲线对比

Ｆｉｇ．６　Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎｏｆｌｏａｄｓｔｒａｉｎｃｕｒｖｅｓｏｆｌｏｃａｌｃｏｍｐｒｅｓｓｉｖｅｓｔｕｂｃｏｌｕｍｎｓ

２．２　内力分布特征分析

选取试件ＳＳＣＦＢＴ１５９０１／３和ＳＳＣＦＢＴ１５９６１／３的有限元模拟结果，通过截面切割提取自由体

的内力分量，绘制各部件的内力位移（犉Δ）曲线，结果如图７所示。选取试件变形最显著部位的截面进

行内力分析，揭示试件在局部受压状态下的内力分配情况。

　 （ａ）ＳＳＣＦＢＴ１５９０１／３　　　　 　　　　　　　　 　 （ｂ）ＳＳＣＦＢＴ１５９６１／３

图７　典型试件各部件的内力位移曲线

Ｆｉｇ．７　Ｉｎｔｅｒｎａｌｆｏｒｃｅｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔｃｕｒｖｅｓｏｆｅａｃｈｃｏｍｐｏｎｅｎｔｏｆｔｙｐｉｃａｌｓｐｅｃｉｍｅｎｓ

由图７可知：无论试件是否设置上端板，承载力的主要来源均为核心混凝土，其次为碳素钢管，不锈

钢管的贡献相对较小，这是因为核心混凝土在双金属复合管的有效约束下呈现出较高的承载力，同时不

锈钢管与碳素钢管的壁厚比值较小（狋ｓｓ／狋ｃｓ＝１／１０），使不锈钢的承载力贡献相对较低，与材料本身强度

无关。有限元分析结果进一步验证了在局压荷载作用下，由碳素钢和不锈钢组成的双金属复合管直接

承受外荷载，并对核心混凝土起到有效约束作用，从而确保构件具有良好的承载能力。此外，图７（ｂ）中

的上端板也分担了部分试件内力。

２．３　应力云图分析

选取试件ＳＳＣＦＢＴ１５９０１／３为分析对象，对其各部件的应力分布进行提取与分析。试件ＳＳＣＦ

ＢＴ１５９０１／３的应力分布，如图８所示。

１）碳素钢管。由图８（ａ）可知：加载初期，钢管顶部首先受到核心混凝土的挤压作用而发生形变；随

着局压垫块对混凝土的持续挤压，试件在高度约３／４处的区域出现了应力集中，并伴随明显的鼓曲现

象；此后，应力沿试件向下传递，并逐渐减小。

２）不锈钢管。由图８（ｂ）可知：不锈钢管的应力变化规律与碳素钢管相似，变形最初在钢管顶部发

生，随后应力最大区域逐渐转移至试件３／４高度处；由于不锈钢管壁较薄且直接受到核心混凝土的挤

压，其应力值整体上高于碳素钢管。

３）核心混凝土。由８（ｃ）可知：由于双金属复合管的约束作用，核心混凝土在局压垫块作用区域周

边展现出较大的应力分布，而其他区域的应力相对较小；整体而言，核心混凝土在高度约３／４处的区域

１６１第２期　　　　　　　　 　　姜航，等：ＳＳＣＦＢＴ短柱局压性能数值分析与承载力计算方法
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应力较高，并出现局部鼓曲现象。

　（ａ）碳素钢管　　　　　 　　　 （ｂ）不锈钢管　　　　　　　　 　 （ｃ）核心混凝土

图８　试件ＳＳＣＦＢＴ１５９０１／３的应力分布

Ｆｉｇ．８　ＳｔｒｅｓｓｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎｏｆｓｐｅｃｉｍｅｎＳＳＣＦＢＴ１５９０１／３

３　承载力计算方法

３．１　参数分析

３．１．１　参数的选取　将节１．１的模型尺寸等比例放大，保持试件的高宽比和径厚比不变，依此设置基

准参数：短柱外径犇＝４００ｍｍ；试件高度犺＝１２００ｍｍ；高宽比犺／犇＝３．０；不锈钢管壁厚狋ｓｓ＝３ｍｍ；碳

素钢管壁厚狋ｃｓ＝６ｍｍ；不锈钢管与复合钢管壁厚比值ρ＝狋ｓｓ／狋ｔｏｔａｌ＝１／３；截面含钢率α＝犃ｓ／犃ｃ＝０．９６４，

犃ｓ为钢管横截面面积，犃ｃ混凝土横截面面积；不锈钢屈服强度σ０．２＝３００ＭＰａ；碳素钢屈服强度犳ｙ＝

３４５ＭＰａ；不锈钢弹性模量犈ｓ＝１９０ＧＰａ；碳素钢弹性模量犈ｃ＝２０２ＧＰａ；不锈钢硬化指数狀＝５．４；混凝

土强度犳ｃｕ＝５０ＭＰａ。

考察的参数包括局压面积比（β＝犃Ｌ／犃ｃ，犃Ｌ 为局压垫块面积，取值范围为１／６、１／３、１／２、２／３、５／６、

１）、端板厚度（取值范围为０、３、６、９、１２、１５、１８ｍｍ）、混凝土强度（取值范围为３０、４０、５０、６０、７０、８０、９０

ＭＰａ）、碳素钢屈服强度（取值范围为２３５、３４５、３９０、４６０、５９０ＭＰａ）、不锈钢屈服强度（取值范围为２００、

３００、４００、５００、６００ＭＰａ）、截面含钢率（取值范围为０．０４７、０．０９６、０．１５０、０．２００、０．２４９），以及不锈钢管与

复合钢管壁厚比值（取值范围为０、１／６、１／３、１／２、２／３、５／６、１）。逐一改变上述参数，分析单一变量变化

对试件受力性能的影响，并绘制相应的荷载位移曲线，以探究试件局压承载力的变化规律。

３．１．２　局压面积比的影响 在局压受力构件中，局压面积比是影响试件局压极限承载力（犖ｕｌ）的关键因

素。局压面积比对试件受力性能的影响，如图９所示。

　　　（ａ）荷载位移曲线　　　　　　　 　　　　　　　　（ｂ）局压极限承载力

图９　局压面积比对试件受力性能的影响

Ｆｉｇ．９　Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅｏｆｌｏｃａｌｐｒｅｓｓｕｒｅａｒｅａｒａｔｉｏｏｎｔｈｅｓｔｒｅｓｓｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅｏｆｓｐｅｃｉｍｅｎｓ

由图９（ａ）可知：随着局压面积比的增大，试件的初始刚度得到增强，荷载位移曲线也随之上升，趋

近于全截面受压状态。

由图９（ｂ）可知：当局压面积比分别为１／６、１／３、１／２、２／３、５／６、１时，对应的局压极限承载力分别为

８２２６、９３１６、９８９９、１０１００、１０２４８、１０３１１ｋＮ，而相应的提升率则分别为１３．２５％、２０．３４％、２２．７８％、
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２４．５８％和２５．３５％。

综上可知，随着局压面积比的增加，试件的局压极限承载力也随之增大，但增幅逐渐减小，尤其在局

压面积比接近全截面受压（β＝１）时，承载力的提升效果有限。

３．１．３　端板厚度的影响　端板厚度对试件受力性能的影响，如图１０所示。

由图１０（ａ）可知：随着端板厚度的增加，试件的刚度略有提高，荷载位移曲线的峰值也略有提升。

由图１０（ｂ）可知：当端板的厚度分别为０、３、６、９、１２、１５、１８ｍｍ时，对应的局压极限承载力分别为

９５２６、９６０３、９６８１、９７６５、９８０４、９８３３、９８７３ｋＮ，而相应的提升率则分别为０．８２％、１．６３％、２．５１％、

２．９２％、３．２２％、３．６４％。

综上可知，改变端板厚度对提升局压极限承载力的效果并不显著。

　 　　　（ａ）荷载位移曲线　　　　　　　　　　　　　（ｂ）局压极限承载力

图１０　端板厚度对试件受力性能的影响

Ｆｉｇ．１０　Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅｏｆｅｎｄｐｌａｔｅｔｈｉｃｋｎｅｓｓｏｎｔｈｅｓｔｒｅｓｓｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅｏｆｓｐｅｃｉｍｅｎｓ

３．１．４　不锈钢管与复合钢管壁厚比值的影响　不锈钢管与复合钢管壁厚比值对试件受力性能的影响，

如图１１所示。

由图１１（ａ）可知：随着不锈钢管与复合钢管壁厚比值的增加，ＳＳＣＦＢＴ试件的局压承载能力逐渐增

强，荷载位移曲线呈现上升趋势，这是因为相较于碳素钢，不锈钢的强度更高，延性更好；当不锈钢管与

复合钢管壁厚比值增加后，双金属复合管对混凝土具有更强的约束效应，使试件后期强化阶段有所上

升，试件整体延性提高。

由图１１（ｂ）可知：当不锈钢管与复合钢管壁厚比值分别为０、１／６、１／３、１／２、２／３、５／６、１时，对应的局

压极限承载力分别为９１５３、９２００、９２８９、９３７１、９４０８、９５５２、９６６４ｋＮ，相应的提升率则分别为０．５１％、

１．４９％、２．３８％、２．７９％、４．３６％、５．５８％。

　　　（ａ）荷载位移曲线　　　　　　　　 　　　　　　　　　 （ｂ）局压极限承载力

图１１　不锈钢管与复合钢管壁厚比值对试件受力性能的影响

Ｆｉｇ．１１　Ｉｉｎｆｌｕｅｎｃｅｏｆｗａｌｌｔｈｉｃｋｎｅｓｓｒａｔｉｏｏｆｓｔａｉｎｌｅｓｓｓｔｅｅｌｐｉｐｅｓｔｏ

ｃｏｍｐｏｓｉｔｅｓｔｅｅｌｐｉｐｅｓｏｎｍｅｃｈａｎｉｃａｌｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓｏｆｓｐｅｃｉｍｅｎｓ

３．１．５　截面含钢率的影响　通过改变复合钢管的厚度，进而改变构件的截面含钢率。截面含钢率对试

件受力性能的影响，如图１２所示。

由图１２（ａ）可知：提升截面含钢率能显著提高构件的整体承载力和刚度，承载力后期上升能力也得

到显著提升，试件承载力下降段的下降幅度有所减缓。
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由图１２（ｂ）可知：当截面含钢率由０．０４７增加至０．０９６、０．１５０、０．２００、０．２４９时，相应的犖ｕｌ分别为

７０３５、９８７１、１１７９６、１３４９０、１４９８０ｋＮ，相应的提升率分别为４０．３１％、６７．６８％、９１．７６％、１１２．９４％。

综上可知，当截面含钢率提高时，试件的局压极限承载力和延性都得到显著提高，这是因为双金属

复合管厚度的增加提高了约束效应系数，使双金属复合管对核心混凝土的约束效应显著增强，试件的承

载能力随之提升。

　　 （ａ）荷载位移曲线　　　　　 　　　　　　　　　　　 （ｂ）局压极限承载力

图１２　截面含钢率对试件受力性能的影响

Ｆｉｇ．１２　Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅｏｆｃｒｏｓｓｓｅｃｔｉｏｎａｌｓｔｅｅｌｃｏｎｔｅｎｔｏｎｍｅｃｈａｎｉｃａｌｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓｏｆｓｐｅｃｉｍｅｎｓ

３．１．６　碳素钢屈服强度的影响　碳素钢屈服强度对试件受力性能的影响，如图１３所示。

由图１３可知：随着碳素钢屈服强度的增加，试件的局压极限承载力随之增加；当碳素钢屈服强度从

２３５ＭＰａ提升至３４５、３９０、４６０、５９０ＭＰａ时，对应的局压极限承载力分别为８４２２、９７５１、１０３００、１０８６６

和１２３１４ｋＮ，相应的提升率分别为１５．７８％、２２．３０％、２９．０２％、４６．２１％，因为提高碳素钢屈服强度不

仅增加了钢管的直接承载力，同时也增强钢管的约束效应，使核心混凝土的承载变形能力得到提升。

　　　　（ａ）荷载位移曲线　　　　　　　　　　　　　　　　（ｂ）局压极限承载力

图１３　碳素钢屈服强度对试件受力性能的影响

Ｆｉｇ．１３　Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅｏｆｃａｒｂｏｎｓｔｅｅｌｙｉｅｌｄｓｔｒｅｎｇｔｈｏｎｍｅｃｈａｎｉｃａｌｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓｏｆｓｐｅｃｉｍｅｎｓ

３．１．７　不锈钢屈服强度的影响　不锈钢屈服强度对试件受力性能的影响，如图１４所示。

由图１４可知：随着不锈钢屈服强度的增加，试件的局压极限承载力也得到提高，不锈钢材屈服强度

从２００ＭＰａ分别提升至３００、４００、５００、６００ＭＰａ时，构件的局压极限承载力分别为９０７５、９６８５、１０３１７、

１０８２８、１１３４５ｋＮ，相应的提升率分别为６．７２％、１３．６９％、１９．３２％、２５．０１％。

３．１．８　混凝土强度的影响　前文分析结果表明，在局压荷载作用下ＳＳＣＦＢＴ短柱中的混凝土是其承

载力的主要来源。混凝土强度对试件受力性能的影响，如图１５所示。

由图１５（ａ）可知：随着混凝土强度等级的提高，试件的承载力得到显著提升。

由图１５（ｂ）可知：当混凝土强度从３０ＭＰａ提高至４０、５０、６０、７０、８０、９０ＭＰａ时，对应的局压极限承

载力分别为８２５７、９０２７、９７１５、１０２７１、１１３０６、１１６８３、１２４６６ｋＮ，而相应的提升率则分别为９．３３％、

１７．６６％、２４．３９％、３６．９３％、４１．４９％、５０．９７％。值得一提的是，当混凝土强度达到９０ＭＰａ时，试件的

承载力有快速下降的趋势，这是试件的约束效应系数过大导致的。

３．２　简化的计算公式

传统钢管混凝土构件在局压荷载作用下的极限承载力计算公式通常是在全截面局压承载力的基础

４６１ 华 侨 大 学 学 报 （自 然 科 学 版）　　　　　　　　　　　　　　２０２５年
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　　　　（ａ）荷载位移曲线　　　　　　　　　　　　　　　　 （ｂ）局压极限承载力

图１４　不锈钢屈服强度对试件受力性能的影响

Ｆｉｇ．１４　Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅｏｆｓｔａｉｎｌｅｓｓｓｔｅｅｌｙｉｅｌｄｓｔｒｅｎｇｔｈｏｎｍｅｃｈａｎｉｃａｌｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓｏｆｓｐｅｃｉｍｅｎｓ

　　（ａ）荷载位移曲线　　　　　　　　　　　　　　　　（ｂ）局压极限承载力

图１５　混凝土强度对试件受力性能的影响

Ｆｉｇ．１５　Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅｏｆｃｏｎｃｒｅｔｅｓｔｒｅｎｇｔｈｏｎｍｅｃｈａｎｉｃａｌｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓｏｆｓｐｅｃｉｍｅｎｓ

上乘以局压承载力影响系数［２３］，以此为参考，提出ＳＳＣＦＢＴ短柱的局压极限承载力计算值（犖ｕｌ，ｃ）为

犖ｕｌ，ｃ＝犪犖ｕ。 （１）

式（１）中：犖ｕ为全截面受压构件的极限承载力，ＭＰａ；犪为局压承载力影响系数。

参数分析结果表明，在现有全截面轴压承载力计算公式的基础上，局压承载力影响系数与局压面积

比、端板厚度及不锈钢管与复合钢管壁厚比值相关。

利用线性拟合方法，提出局压承载力影响系数犪的计算公式，即

图１６　局压极限承载力计算值与模拟值的对比

Ｆｉｇ．１６　Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎｏｆｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎｖａｌｕｅｓ

ａｎｄｓｉｍｕｌａｔｉｏｎｖａｌｕｅｓｏｆｕｌｔｉｍａｔｅｌｏｃａｌ

ｃｏｍｐｒｅｓｓｉｖｅｌｏａｄｃａｒｒｙｉｎｇｃａｐａｃｉｔｙ

犪＝１．１２８４犪１犪２犪３＋２３１．９３， （２）

犪１＝０．６３８８－０．３９２３β
２＋０．６６２β， （３）

犪２＝０．８４８１－０．００１７狋ａ， （４）

犪３＝０．８５９１＋０．０４７６ρ。 （５）

式（２）～（５）中：犪１、犪２、犪３分别表示与β、狋ａ、ρ相关

的系数。

通过上述公式，可以得到ＳＳＣＦＢＴ局压短柱

极限承载力的计算值，并与有限元分析模型的模

拟值进行对比，结果如图１６所示。

计算过程中，式（１）中的犖ｕ 采用文献［１０］中

关于双金属复合管混凝土轴压短柱的承载力计算

公式。局压极限承载力的对比分析，如表２所示。

由表２可知：犖ｕｌ，ＦＥＡ／犖ｕｌ，ｃ的平均值为０．９９８，

标准差为０．００７，平均值接近１，说明简化公式的计算结果与有限元分析结果高度吻合，而较小的标准差

则进一步证明了计算结果的稳定性和一致性。因此，该简化公式可以作为一种有效的工具，用于工程实

践中对ＳＳＣＦＢＴ局压短柱极限承载力的快速预测。
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表２　局压极限承载力的对比分析

Ｔａｂ．２　Ｃｏｍｐａｒａｔｉｖｅａｎａｌｙｓｉｓｏｆｕｌｔｉｍａｔｅｌｏｃａｌｃｏｍｐｒｅｓｓｉｖｅｌｏａｄｃａｒｒｙｉｎｇｃａｐａｃｉｔｙ

试件参数 犖ｕｌ，ＦＥＡ／ｋＮ 犖ｕｌ，ｃ／ｋＮ 犖ｕｌ，ＦＥＡ／犖ｕｌ，ｃ

β＝１／６ ８３４５ ８２２６ １．０１５

β＝１／３ ９１９９ ９３１６ ０．９８８

β＝１／２ ９８１２ ９８９９ ０．９９１

β＝２／３ １０１８７ １０１００ １．００９

β＝５／６ １０３２１ １０２４８ １．００７

β＝１ １０２１７ １０３１１ ０．９９１

狋ａ＝０ｍｍ ９５８７ ９５２６ １．００６

狋ａ＝３ｍｍ ９６４４ ９６０３ １．００４

狋ａ＝６ｍｍ ９７００ ９６８１ １．００２

狋ａ＝９ｍｍ ９７５６ ９７６５ ０．９９９

狋ａ＝１２ｍｍ ９８１２ ９８０４ １．００１

狋ａ＝１５ｍｍ ９８６９ ９８３３ １．００４

狋ａ＝１８ｍｍ ９９２５ ９８７３ １．００５

ρ＝０ ９１０３ ９１５３ ０．９９０

ρ＝１／６ ９１８４ ９２００ ０．９９８

ρ＝１／３ ９２６６ ９２８９ ０．９９８

ρ＝１／２ ９３４８ ９３７１ ０．９９８

ρ＝２／３ ９４３０ ９４０８ １．００２

ρ＝５／６ ９５１２ ９５５２ ０．９９６

ρ＝１ ９５９４ ９６６４ ０．９９３

　　

４　结论

建立ＳＳＣＦＢＴ短柱在局压荷载作用下的精细化有限元分析模型，利用该模型进行了受力机理和影

响参数分析。在研究的参数范围内，可得以下４个结论。

１）建立的有限元分析模型可以较准确地模拟ＳＳＣＦＢＴ局压短柱在不同荷载作用下的破坏形态和

受力性能，进而为其设计提供理论依据。

２）无论试件是否设置上端板，ＳＳＣＦＢＴ局压短柱的承载力主要来源于核心混凝土，核心混凝土的

强度和变形特性对结构的整体承载力起到决定性作用。

３）局压面积比和端板厚度是影响ＳＳＣＦＢＴ局压短柱承载力和变形能力的关键因素。合理设计局

压面积比和端板厚度至关重要，以达到最佳的承载能力和变形控制效果。

４）提出的ＳＳＣＦＢＴ局压短柱极限承载力简化计算公式具有较高的预测精度，该公式能够较为准确

地预测短柱在实际工况下的极限承载力，具有较好的工程应用价值。
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