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摘　要：　节点作为装配式结构的关键传力部件，其力学性能直接影响整体结构的安全性与可靠性。文中提出了一种

带孔板内钢管灌浆套管连接节点，通过对 12 个足尺节点开展三点受弯试验，系统研究了该节点的传力机制和

破坏模式，深入分析了内管长度、宽厚比、开孔参数、灌浆料钢纤维含量等变量对节点承载力、刚度与延性的

影响规律。试验结果表明：该类节点的主要破坏模式为灌浆料受剪滑移伴随内管断裂，其中内管长度、开孔

形状和栓钉布置形式对节点受弯性能影响显著。基于弹塑性计算理论，结合节点实际应变分布特征，建立了

该类节点的受弯承载力计算公式，且理论预测结果与试验值吻合良好，可为带孔板灌浆套管连接的优化设计

提供试验与理论支撑。
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Abstract：　As critical load-transfer components in prefabricated structures， the mechanical performance of connection directly 
governs the overall structural safety and reliability. This study proposes a novel grouted sleeve connection with 
perforated inner steel tubes and systematically investigates its load-transfer mechanism and failure modes through 
three-point bending tests on twelve full-scale specimens. A comprehensive analysis is conducted on the influence of 
key parameters— including inner tube length， width-to-thickness ratio， perforation geometry， and steel fiber content 
in grout—on connection flexural resistance， stiffness and ductility. The test results demonstrate that the primary 
failure involves shear-induced slip of the grout accompanied by inner tube fracture， with inner tube length， perforation 
shape， and stud arrangement pattern identified as dominant factors affecting flexural performance. By integrating 
elastoplastic theory with experimentally observed strain distribution patterns， an analytical model to predict flexural 
resistance is developed， showing excellent agreement with test results. These findings provide both experimental 
validation and theoretical foundations for optimizing grouted-perforated inner tube sleeve connections.
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随着建筑工业化、智能化与绿色化发展需求的不断

提升，装配式建筑凭借施工高效、质量可控、环境友好等

优势，已成为推动现代建筑行业发展的重要方向［1-3］。然

而，装配式结构的广泛应用受限于节点连接技术瓶颈，节

点的力学性能直接决定了整体结构的可靠性、安全性与

耐久性。钢筋灌浆套筒连接是预制混凝土结构中常用的

连接方式，且在大量的试验研究与工程应用中得到持续

优化完善。LING 等［4］和 WU 等［5］研究了灌浆套筒节点

的破坏模式与荷载-位移关系，发现增设主动约束可有效

缩短钢筋所需的埋入深度。郑永峰等［6］提出了一种新型

灌浆变形钢筋套筒（grouted deformed pipe splice）节点，其

试验抗拉性能满足《钢筋机械连接技术规程》（JGJ 107—
2016）［7］中的要求，但该节点对制造工艺与安装精度的要

求较高。在实际工程中，混凝土构件中钢筋数量大且分

布密集，钢筋套筒灌浆连接常面临施工定位不准、灌浆密

实度不足等问题［8-9］，给工程结构带来安全隐患。基于海

上风电单桩基础过渡区域灌浆连接（grouted connection）
的原理［10］，近年来有学者提出了矩形套管灌浆连接技术，

即通过高强灌浆料与带肋套管之间的咬合作用传递剪

力，在减少传统钢筋灌浆套筒使用数量的同时，满足结构

承载力的要求。

针对圆形套管灌浆节点，学者们开展了大量的试验

研究并建立了组合套管节点的极限承载力计算模型，研

究并一致认为，圆钢管与灌浆料之间的黏结力和机械咬

合力可为节点提供足够的承载力［11-15］。与海洋结构对于

流线型的特殊要求不同，方形截面套管-灌浆组合节点因

其构造简单、施工便捷，具有良好的工程应用前景。但方

形套管对混凝土的约束作用相对较弱，导致其力传递机

理和破坏模式与圆形套管存在差异，因此 DAI等［16］、SUI
等［17］、HUANG 等［18］对方形套管灌浆组合节点在轴向荷

载、弯剪荷载和滞回荷载作用下的力学行为开展了系统

的试验、理论与数值模拟研究，发现其主要破坏模式表现

为灌浆料与钢管之间的界面滑移、灌浆料开裂、或伴随内

管断裂等模式，具体失效模式与管体几何参数、灌浆料材

料性能等因素显著相关。HUANG 等［18］根据传力机理

提出了轴向抗拉作用下套管灌浆节点的极限承载力理论

模型，为准确预测和评估组合节点轴向性能提供了重要

理论基础。李涛等［19］对套管灌浆节点的滞回性能进行

了试验研究，结果表明该节点具有较好的耗能能力和延

性性能。HUANG 等［20］研究了套管节点的弯剪性能，发

现该连接可设计为高抗弯承载、高延性的节点形式。过

高强度的灌浆料会导致节点局部刚度偏大，会因内管过

度变形诱发内管断裂，因此在对节点变形能力要求较高

的应用场景中，可适当降低灌浆料强度，提升钢管与灌浆

料之间的协调适配能力，从而提高节点的耗能变形能力。

受上述研究启发，本文提出了一种内钢管采用开孔

形式的灌浆套管节点，以高强水泥基材料（HSG）作为灌

浆料，通过材料与内管开孔构造的协同优化提升节点抗

弯性能。该节点的新颖性体现在两个方面：（1） 内钢管

开孔形成多向剪力键，增强内管与灌浆料之间的机械咬

合作用，抑制界面滑移；（2） 取消常规套管灌浆节点的加

肋构造，内管开孔构造的施工更具便捷性。本文通过三

点弯曲试验揭示了该节点的传力机制和破坏机理，系统

研究了内管几何参数、开孔尺寸、灌浆料性能及栓钉布置

对节点破坏模式与抗弯承载力的影响，并结合应变分析

与理论建模，为新型带孔板灌浆套管连接节点的精细化

设计提供理论和试验依据，推动装配式结构节点向高性

能方向发展。

1　试验概况

1.1　试件设计

试验共设计制作了 12 个内钢管开孔剪力键的足尺

灌浆套管连接节点（图 1），并对其进行受弯试验，主要研

究参数包括内管长度、内管宽厚比、开孔直径、钢纤维掺

量、开孔形状和栓钉间距，栓钉布置于外钢管内表面且

位于内管长度范围内。基准试件的外钢管截面尺寸为

250 mm×250 mm×12 mm，内钢管截面尺寸为 170 mm×
170 mm×8 mm，开孔直径为 80 mm，开孔圆心间距为

120 mm。表 1 给出了各试件的具体参数，所有钢板厚度

经实测，偏差均≤±0.3 mm。试件命名规则如下：其中 L
表示内管长度（即灌浆长度），B 表示内管宽度，D 表示开

孔直径，（）中表示灌浆料中钢纤维掺量，后缀 C 或 E 表示

开孔形状，C 为圆孔，E 为椭圆孔，H 后缀 1、2 表示不同的

栓钉布置情况。图 2 为试件的构造详图。

图 1　试件构造示意

Fig. 1　Construction diagram of specimen
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1.2　材料性能

表 2 给出了不同配合比高强灌浆料 HSG 的材料用

量，根据 28 d 抗压强度需求，通过调整水胶比，使外掺不

同含量钢纤维的灌浆料保持抗压强度基本一致。表 3 为

HSG 的基本材料力学性能，结果表明，掺入 1% 和 2% 钢

纤维后，灌浆料的抗压强度、弹性模量和泊松比与未掺钢

纤维的灌浆料基本一致。试验所用钢材为 Q235 钢，屈服

强度（fy）和抗拉强度（fu）通过 ASTM E8/E8M-16［21］标准

测试，测试结果如表 4 所示。

1.3　试验装置与方案

如图 3 所示，试验采用三点受弯加载形式，支座设置

为简支。荷载通过作动器施加于试件跨中区域，作动器

与试件间设置了力传感器用以记录施加的荷载。预加载

确认试验装置无误后，以 0.2 mm∙min-1 的位移速率进行

正式加载。当荷载值下降至峰值荷载的 85% 以下，或者

加载位移超过 100 mm 时，停止试验。图 4 为试件的应变

片和位移计的布置方案。

表 2　不同配合比 HSG的材料用量

Table 2　Material quantities of HSG with different mix ration

灌浆料种类

HSG

HSG-1%

HSG-2%

水灰比

0.19

0.21

0.24

水/
（kg∙m-3）

209.4

213.8

228.9

水泥/
（kg∙m-3）

824.1

750.2

704.9

硅灰/
（kg∙m-3）

135.4

130.3

120.3

矿粉/
（kg∙m-3）

169.2

166.1

156.1

砂子/
（kg∙m-3）

1 050

1 110

1 140

钢纤维/
（kg∙m-3）

0

77.9

155.9

减水剂/
（kg∙m-3）

7.28

7.14

5.82

减缩剂/
（kg∙m-3）

6.30

6.41

6.86

表 3　HSG材料性能

Table 3　Material properties of HSG

灌浆料种类

HSG

HSG-1%

HSG-2%

fcu/MPa

94.5

103.7

106.1

E c/GPa

41.3

42.6

44.1

f t/MPa

5.3

6.0

6.1

泊松比

0.185

0.182

0.192

注：fcu 为立方体抗压强度；Ec 为混凝土弹性模量； ft 为狗骨抗拉

强度。

表 1　试件参数

Table 1　Parameters of specimens

试件编号

L280B170D80（0）-C

L160B170D80（0）-C

L400B170D80（0）-C

L280B160D80（0）-C

L280B180D80（0）-C

L280B170D70（0）-C

L280B170D90（0）-C

L280B170D80（1）-C

L280B170D80（2）-C

L280B170D80（0）-E

L280B160D80（0）-C-H1

L280B160D80（0）-C-H2

内管长度/
mm

280

160

400

280

280

280

280

280

280

280

280

280

内管宽度/
mm

170

170

170

160

180

170

170

170

170

170

160

160

开孔直径/
mm

80

80

80

80

80

70

90

80

80

80

80

80

纤维含量/
%

0

0

0

0

0

0

0

1

2

0

0

0

开孔
形状

圆形

圆形

圆形

圆形

圆形

圆形

圆形

圆形

圆形

椭圆

圆形

圆形

栓钉
分布

—

—

—

—

—

—

—

—

—

—

2×2

2×3

内管厚度/
mm

8.0

8.1

8.1

8.0

7.9

8.2

8.0

8.1

8.0

8.0

7.9

8.1

外管厚度/
mm

12.1

12.0

11.8

12.1

12.2

12.0

11.9

11.9

12.1

12.0

12.3

12.1

图 2　试件尺寸（单位：mm）

Fig. 2　Demensions of specimen （unit：mm）
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2　试验结果及分析

2.1　破坏模式

由图 7 可知，该类型节点在弯曲荷载作用下主要存

在两种典型破坏模式：（1） 内钢管断裂破坏；（2） 灌浆料

界面滑移破坏。表 5 总结了所有试件的破坏模式，图 7 展

示了所有试件的破坏详图，其中红色区域为内管开裂区

域，黄色区域为灌浆料剪切破坏区域。

内钢管断裂破坏多发生在截面含钢率较大、开孔直

径较小的试件（如试件 L280B170D80（0）-C）中。加载初

期（0~150 kN），节点刚度较高，外钢管与灌浆料协同工

作，界面无明显滑移；随着荷载增加（150~300.9 kN），跨

中开口位移逐渐扩大，内钢管受拉区翼缘进入屈服阶段，

灌浆料出现局部开裂但未发生整体滑移；达到峰值荷载

后，如图 7 所示，内钢管在开孔直径最大截面处发生脆性

断裂，节点承载力骤降。对节点进行剖切分析发现，断裂

截面附近的灌浆层仍然保持完整，外钢管与灌浆料的界

面滑移量极小，表明此类破坏主要由内钢管截面过度变

形诱发断裂（图 5），与内管宽厚比和开孔设计密切相关。

内管开孔处为刚度突变区域，开孔处的应力集中效应是

诱发内钢管断裂的根本原因，直接导致开孔边缘区域首

先出现微裂纹，且微裂纹随变形持续增加不断扩展，最终

引发截面断裂。此外，灌浆料与钢管的协同工作机制在

荷载后期逐步失效，当灌浆料出现斜向裂缝后，外钢管与

灌浆料的协同作用急剧减弱，使得内钢管需独立承担更

大的弯矩，最终在开孔最大截面处发生断裂。

灌浆料界面滑移破坏则多见于截面含钢率较小、钢

纤维掺量较低或开孔形状为椭圆形的试件（如试件

L280B170D80（0）-E）中。此类破坏的特征为界面黏结滑

移失效：峰值荷载后，外钢管与灌浆料间产生显著的界面

剪切滑移（图 6），跨中开口持续扩大，节点承载力稳定在

峰值荷载的 80% 以上，位移延性系数可达 3.0~5.0。剖

切节点可以发现，灌浆层发生受剪破碎，内钢管因界面滑

移部分出现拔出现象，说明灌浆料的抗剪性能与内管的

机械咬合作用对节点延性影响显著。

2.2　参数分析

图 8 中给出了所有试件的弯矩-曲率关系曲线图，完

整刻画了两种不同破坏模式下试件的弯矩和曲率的发展

规律。对比各曲线发现，通过合理的参数设计，此类节点

可实现较好的延性。同时，在考虑截面削弱的情况下，同

尺寸标准钢柱在内管未开裂情况下的抗弯承载力为

179.54 kN·m，本试验中连接节点的实际抗弯承载力为

150.45 kN·m，表明该节点具有良好的抗弯性能。

表 4　钢管材料性能

Table 4　Material properties of steel

试件

内管边长钢狗骨

内管角部钢狗骨

外管边长钢狗骨

外管角部钢狗骨

内钢管与下柱区夹板

钢材牌号

Q235

Q235

Q235

Q235

Q235

E s/GPa

202.3

205.9

204.1

206.7

205.2

fy/MPa

261.4

480.8

327.3

463.7

380.1

fu/MPa

414.6

528.5

453.1

542.7

533.9

注：Es为钢材弹性模量；fy为钢材屈服强度；fu为钢材抗拉强度。

图 3　受弯试验装置

Fig. 3　Test setup of bending test

图 4　位移计和应变片布置（单位：mm）

Fig. 4　Arrangement of displacement meters and 
strain gauges （unit：mm）

图 5　内管断裂破坏

Fig. 5　Fracture failure of inner tube

图 6　灌浆料剪切滑移破坏

Fig. 6　Slippage failure of grout 
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图 7　各试件破坏详图

Fig. 7　Failure diagrams of specimens

表 5　试验结果

Table 5　Test results

试件编号

L280B170D80（0）-C

L160B170D80（0）-C

L400B170D80（0）-C

L280B160D80（0）-C

L280B180D80（0）-C

L280B170D70（0）-C

L280B170D90（0）-C

L280B170D80（1）-C

L280B170D80（2）-C

L280B170D80（0）-E

L280B160D80（0）-C-H1

L280B160D80（0）-C-H2

FP/kN

300.9

88.0

290.0

272.1

319.9

333.4

270.0

324.9

340.7

232.9

250.6

306.6

M P/（kN·m）

150.45

44.00

145.00

136.05

159.95

166.70

135.00

162.45

170.35

116.45

125.30

153.30

ΔP/mm

30.9

29.3

22.9

20.1

28.8

37.1

32.7

26.7

22.3

71.5

64.3

31.3

Φ f/( 10-6 rad/mm )

76.0

72.1

56.3

49.4

70.8

91.3

80.4

65.7

54.9

175.9

158.2

77.0

Δmax/mm

40.9

83.2

63.2

42.7

57.6

47.6

56.4

38.1

34.7

100.1

99.9

52.3

破坏模式

内管断裂

灌浆料滑移

内管断裂

内管断裂

内管断裂

内管断裂

内管断裂

内管断裂

内管断裂

灌浆料滑移

灌浆料滑移

内管断裂

注：FP 为峰值荷载；M p 为峰值弯矩；ΔP 为峰值跨中位移； Φ f为峰值跨中曲率； Δmax 为最大跨中位移。
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2.2.1　内管长度

当内管长度从 160 mm 增至 280 mm 时，节点的破坏

模式由灌浆料界面滑移主导逐渐转变为内钢管断裂，峰

值弯矩从 44 kN·m 显著提升至 150.45 kN·m，增幅达

241.9%；跨中位移从 29.3 mm 小幅增加至 30.9 mm，增

幅达 5.5%，表明增加内管长度可有效强化内钢管对节

点的抗弯贡献。但当内管长度进一步增至 400 mm 时，

节点弯矩承载力降低至 145 kN·m，降幅为 3.6%，位移

也从 30.9 mm 减少至 22.9 mm，降幅达 25.9%，说明内管

长度存在临界值，超过该值后，内钢管的局部屈曲风险

显著增加，导致节点抗弯效率趋于饱和。为平衡节点承

载力与稳定性，建议通过优化截面尺寸或增设加劲措施

来抑制钢管的局部屈曲效应。

2.2.2　截面含钢率

当内管宽厚比从 160/12 增至 180/12 时，截面含钢率

由 23.75% 提升至 25.29%，节点峰值弯矩从 136.05 kN·m
提升至 159.95 kN·m，增幅为 17.5%；位移延性系数从 2.1
增至 3.0，增幅为 42.9%。如图 8 所示，提高截面含钢率，

能在一定程度上提升节点抗弯承载力和延性。但剖切分

析显示，该组试件的破坏模式最终均表现为内钢管断裂，

说明通过改变含钢率提高节点承载力和延性的效果存在

局限性。

2.2.3　开孔直径

当开孔直径从 70 mm 增至 90 mm 时，内钢管的有效

截面面积被削弱，导致节点峰值弯矩从 166.7 kN·m 下降

至 135 kN·m，降幅为 19.0%，弹性阶段刚度同步衰减

23%。小孔径试件因截面完整性较好，抗弯效率更高；而

大孔径试件则因应力集中效应加剧，灌浆料发生滑移的

风险显著上升。试验结果表明，增大开孔直径虽能提升

施工便利性，但需通过局部补强（如加厚孔边钢板）或优

化孔径比例（如限制孔径不超过内管宽的 30%），平衡节

点承载力与界面滑移特性。

2.2.4　钢纤维掺量

当钢纤维掺量从 0% 增至 1% 时，节点峰值弯矩从

150.45 kN·m 提高至 162.45 kN·m，增幅为 8.0%，且灌浆

料的裂缝扩展受到显著抑制，灌浆层完整性保持良好；

峰值位移从 30.9 mm 减少至 26.7 mm，降幅为 13.6%，表

明钢纤维可通过桥接微裂纹有效抑制灌浆料裂缝扩展，

改善节点延性。当钢纤维掺量进一步增加至 2%，节点

初始刚度持续提升，峰值位移进一步降至 22.3 mm，对

应 峰 值 荷 载 为 340.7 kN，与 1% 掺 量 相 比 ，位 移 再 降

16.5%、峰值荷载提升 4.9%，同时荷载下降段最为平缓，

最大位移仅 34.7 mm。这说明高掺量钢纤维不仅能提升

灌浆料的抗变形能力，还可以通过更密集的微裂纹桥接

作用显著延缓节点的失效进程，该组试件的破坏模式均

表现为内钢管断裂，这一特性在动态荷载下尤为重要，

为兼顾承载力与韧性的灌浆料配比设计提供了直接参

考。总体而言，增加钢纤维掺量可提高节点的承载力和

初始刚度，但增益幅度随掺量提高逐渐趋缓，呈现边际

效应递减特性。

2.2.5　开孔形状

与圆形开孔试件（峰值弯矩为 150.45 kN·m）相比，

椭圆形开孔试件的峰值弯矩降低至 116.45 kN·m，降幅

为 22.6%，但峰值位移从 30.9 mm 大幅增加至 100.1 mm，

增幅达 224.0%，位移延性系数提升至 5.0。椭圆孔可通

过分散孔边应力集中延缓局部破坏进程，但其对截面强

度的削弱副作用需通过优化孔的长宽比来平衡延性增益

与承载力损失。这一结果表明，开孔形状的设计需综合

考虑节点的承载力与延性需求，在动态荷载作用的工况

下，可优先选用椭圆孔以提升节点的耗能能力。

2.2.6　栓钉分布

未焊接栓钉的试件破坏模式为内钢管断裂，峰值弯

图 8　不同参数下试件的荷载-位移曲线

Fig. 8　Load-displacement curves of specimens with different parameters
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矩为 150.45 kN·m，峰值位移为 30.9 mm，表明未设置栓

钉加强时，节点失效由钢管强度主导。在外钢管内表面

焊接两排两列栓钉后，节点破坏模式转为灌浆料剪切滑

移，峰值弯矩降至 125.3 kN·m，降幅为 16.7%，但峰值位

移大幅增至 64.3 mm，增幅为 108.1%，原因是两排两列

栓钉的局部约束引发应力集中，导致灌浆料抗剪强度降

低，进而引发滑移破坏。当栓钉布置进一步增加为三排

两列时，节点的破坏模式恢复为内钢管断裂，峰值承载力

和位移与未焊接栓钉的试件基本一致，表明栓钉密集分

布虽优化了应力传递，但未能有效提升节点的承载力或

延性，说明栓钉对节点极限承载力的直接贡献有限。若

需提高节点延性，可采用两排两列栓钉配置，以牺牲部分

承载力换取延性的提升。

2.3　设计建议

基于试验研究和参数分析，本节提出以下综合构造

设计建议：在确定内钢管尺寸时，需要满足内管埋入深度

与外管直径的比值 L/Bout≥1.1，宽厚比 B/t≥15 的要求，

以提高截面承载力和延性；开孔设计需根据具体工程需

求选择，若以承载力为主导，建议采用直径不超过管宽

0.3 倍的圆形孔，过大的开孔直径会导致节点承载力下

降；若工程更注重延性性能，则推荐采用长宽比不超过

1.5 的椭圆形孔，虽会牺牲部分承载力，但可显著提升节

点延性。在灌浆料选择方面，掺入 1% 钢纤维的灌浆料

能在保证施工流动性的同时有效抑制裂缝扩展，实现性

能与成本的较佳平衡。在栓钉布置策略上，在高延性需

求场景下建议采用栓钉阵列，当栓钉距厚比为 s/t=11.25
时，可实现较佳的经济性和力学性能。

2.4　应变分析

由图 9 可知，钢管应变数据揭示了灌浆套管节点在

受弯荷载下的应力分布特征，也为理论模型的修正提供

了依据。外钢管跨中应变测量结果表明，所有试件外钢

管底部测点（S5）的应变均未超过钢材屈服应变，说明外

钢管底部区域在受弯过程中几乎未参与节点的抗弯贡

献，原因是该类灌浆节点的开口构造特点，导致外管为非

连续构件，外钢管与灌浆料之间发生滑移，协同工作性能

减弱，在外钢管内侧增设栓钉可改善这一问题。外钢管

顶部测点（S1）的应变同样低于屈服值，原因是应变片布

置避开了开口区域的高应力集中位置，导致测量值无法

反映实际的局部屈服状态。

进一步分析表明，节点的开口变形主导了应变分布

的非均匀性：受弯荷载作用下，上下柱交界处的开口位移

持续增大，导致外钢管与灌浆料界面产生分离趋势，外钢

管侧向测点（S3、S4）的应变普遍低于 1 000 个微应变，进

一步验证了外管对节点整体抗弯的贡献有限。同时也可

推断，节点的抗弯承载力主要由内钢管和灌浆料共同承

担，后续可采用数值模拟方法反演其应变状态。

上述应变发展特征为理论模型的计算假定提供了试

验依据：外钢管底部及侧向的抗弯贡献可忽略不计，节点

承载力主要由内钢管与灌浆料协同承担。

3　抗弯承载力计算公式

3.1　计算假定

根据外钢管的应变发展规律，试件在侧向力荷载作

用下，上下柱交界处发生开口变形，此时外钢管基本不提

供抗弯贡献；在试件发生内管断裂前，内管截面的应变分

布符合平截面假定，可认为内钢管与核心区灌浆料承担

了节点的大部分抗弯贡献。因此，试件的抗弯承载力简

化计算公式基于内管屈服的破坏模式建立，并按以下基

本假定考虑：（1） 灌浆套管连接中，内钢管与灌浆料界面

间无黏结滑移，内管应变分布符合平截面假定；（2） 忽略

外钢管底部区域和内钢管外侧混凝土受拉区域的贡献；

（3） 忽略节点内外管截面的倒角半径以及栓钉焊接对节

点的影响。此外，试验发现，外钢管对灌浆料的约束非常

有限，尤其是灌浆料开裂后，该约束作用几乎失效，因此

计算公式中忽略了钢管的约束作用。

3.2　材料本构模型

根据欧洲 EN 1993-1-1 规范［22］中对钢材的要求，选

择理想弹塑性模型作为钢材本构模型，具体应力-应变关

系式如式（1）所示：

σ s =ì
í
î

E s ε     0 ≤ ε ≤ εy

fy             ε > εy
（1）

式中：E s 为钢材的弹性模量；fy 为钢材的屈服强度；εy 为

钢材的屈服应变。

灌浆料受压本构模型采用 WEE 等［23］、MANSUR
等［24］提出的具有应变软化特性的模型。受拉本构模型

图 9　外钢管荷载-应变曲线

Fig. 9　Load-strain curves of outer steel tube
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采用 ISA 等［25］提出的具有应变硬化特征的模型。受压

本构模型分为上升和下降段，其中上升段的函数如式（2）
所示：

fc = fcu
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ê

ê

ê

ê

ê

ê
êê
ê

ê

ê

ê

ê

ê
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ú

ú

ú

ú
úú
ú

ú
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ú

（2）

式中：fcu 和 εβ 为灌浆料的抗压强度与峰值应变。

下降段的函数如式（3）所示：

fc = fcu
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ê
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ê
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ê
êê
ê

ê

ê

ê

ê

ê
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k2 β

ù

û

ú

ú

ú

ú

ú
úú
ú

ú

ú

ú

ú

（3）

式中：k1 和 k2 为两个经验参数，具体的计算如式（4）、（5）
所示：

k1 = ( 50
fcu )

3

（4）

k2 = ( 50
fcu )

1.3

（5）

灌浆料的受拉应力-应变关系的上升、下降段如式

（6）、（7）所示：

f t = f t - f tc

ε tp
ε - f tc （6）

f 't = f tu - f t

ε tu - ε tp
ε + b （7）

式中：ε tp 为灌浆料的峰值应变；ε tu 为极限拉伸应变；f tu 为

极限抗拉强度。

3.3　对比分析

本模型针对内钢管屈服后断裂的破坏模式建立。基

于分析模型的假定条件，首先假定灌浆套管连接节点的

破坏由混凝土应变发展至极限应变导致，分别设定弹性、

弹塑性和塑性三种极限状态下的截面曲率，以此确定截

面中性轴位置与截面应力应变分布。根据纤维单元法，

将构件截面离散为微小的“纤维”单元，结合材料本构关

系，较为精确地求解节点的弯矩-曲率响应和抗弯承载

力，如式（8）、（9）所示。利用 Matlab 软件编制计算程序，

求解三种极限状态下节点的抗弯承载力，并与试验结果

进行对比分析。

（1） 弹性极限状态

将灌浆料和内外钢管均认定为弹性脆性材料，计算

仅考虑其弹性段。当试件节点受到外部荷载作用时，截

面中所有材料均处于弹性阶段内，材料达到弹性极限应

变后即判定为失效。

（2） 弹塑性极限状态

将灌浆料和内外钢管假定为弹塑性材料，材料依据

自身本构模型的发展规律，随荷载增大逐步过渡到塑性

阶段。当钢材达到屈服阶段后，其应力保持不变；灌浆料

达到峰值应变后，应力会随应变变化逐渐软化，当灌浆料

达到其极限拉压应变后即判定为失效。

（3） 塑性极限状态

将灌浆料与内外钢管材料假定为塑性状态，当试件

节点达到极限荷载时，材料呈现塑性应力分布。根据纤

维单元法，在得到所有纤维单元的应变和应力后，通过积

分（求和）便可得到整个截面的合内力。不断调整中性轴

位置，直至计算出的轴力 N 与外荷载施加的轴力（通常为

0 或已知值）平衡，此时的弯矩 M 即为该曲率下截面所能

抵抗的弯矩，如式（8）、（9）所示：

N = ∑A c σc + ∑A t σ t + ∑A so σso + ∑A si σsi （8）
M = ∑A c σc y c + ∑A t σ t y t + ∑A so σso y so + ∑A si σsi y si  （9）
式中：A c、A t、A so 和 A si 分别为灌浆料压缩与拉伸及外内

钢管的单元面积；σc、σ t、σ so 和 σ si 分别为灌浆料压缩与拉

伸以及外内钢管的单元应力；yc、y t、y so 和 y si 分别为灌浆

料压缩与拉伸以及外内钢管的单元到中心轴距离。节

点抗弯承载力的理论预测结果与试验结果对比如表 6
所示。

表 6　抗弯承载力理论预测结果与试验结果对比

Table 6　Comparison of flexural resistance between prediction results and test results 

L280B170D80（0）-C

L160B170D80（0）-C

L400B170D80（0）-C

L280B160D80（0）-C

L280B180D80（0）-C

L280B170D70（0）-C

105.9

105.9

105.9

92.0

116.1

117

0.70

0.74

0.73

0.67

0.73

0.70

132.2

132.2

132.2

107.1

147.0

145.0

0.88

0.90

0.91

0.79

0.92

0.87

143.0

143.0

143.0

121.0

158.9

149.0

0.95

0.90

0.99

0.89

0.99

0.89

试件编号 M 1/kN
M 1

M P
M 2/kN

M 2

M P
M 3/kN

M 3

M P
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L280B170D90（0）-C

L280B170D80（1）-C

L280B170D80（2）-C

L280B170D80（0）-E

L280B160D80（0）-C-H1

L280B160D80（0）-C-H2

平均值

标准差

100.9

111.0

118.5

93.0

94.0

94.0

0.75

0.68

0.70

0.80

0.75

0.61

0.71

0.04

113.7

140.0

146.3

109.3

107.1

107.1

0.84

0.86

0.86

0.94

0.85

0.70

0.86

0.04

133.0

151.2

158.2

124.0

121.0

121.0

0.99

0.93

0.93

1.06

0.97

0.79

0.94

0.05

续表

试件编号 M 1/kN
M 1

M P
M 2/kN

M 2

M P
M 3/kN

M 3

M P

注： M 1、M 2 和 M 3 分别为弹性抗弯承载力、弹塑性抗弯承载力和塑性抗弯承载力理论值。

由表 6 可知，试件 L160B170D80（0）-C 因内管长度过

短，灌浆料与钢管的有效黏结长度不足，界面滑移提前发

生，导致二者协同工作能力下降，内管无法充分发挥抗弯

作用，因此试验值远小于理论预测值。若忽略试件

L160B170D80（0）-C 的影响，三种极限状态下理论预测

值与试验值的比值平均值分别为 0.71、0.86 和 0.94。试

件节点在弹性极限状态下的预测值低于试验值，预测结

果偏于保守；而弹塑性和塑性极限状态下的预测值略低

于试验值，整体来看与试验结果吻合良好。此外，经计

算，同尺寸钢柱（250 mm×250 mm×8 mm）的抗弯承载

力为 143.1 kN·m，与采用相同外管尺寸的灌浆连接节点

塑性抗弯承载力基本一致，表明该灌浆连接具有良好的

工作性能。

4　结论
为研究新型带孔板灌浆套管连接的受弯性能，本文通

过受弯试验和分析方法，对该节点的破坏模式、弯矩-曲率

行为、承载力、延性等开展系统研究，得到以下主要结论：

（1） 带孔板灌浆套管连接的主要破坏模式为内钢管

断裂破坏与灌浆料界面滑移破坏，内管长度、开孔形状和

栓钉布置形式对节点的受弯性能影响显著。

（2） 提高截面含钢率可在一定程度上提高节点的抗

弯性能，当截面含钢率由 23.75% 提升至 25.29% 时，节点

抗弯承载力提升 17.6%，位移延性系数增大 42.9%。

（3） 带孔板的开孔构造参数对节点抗弯性能具有显

著的调控作用。减小开孔直径可通过降低截面削弱效应

使节点承载力提高 23.5%；椭圆形开孔虽使节点承载力

降低 22%，但可通过分散应力集中将位移延性系数降至

5.0，为平衡节点强度与延性设计提供了可行路径。

（4） 灌浆料的材料性能可有效改善节点的力学行

为。钢纤维掺量从 0% 增至 1% 时，节点峰值承载力提升

了 8%，且灌浆料裂缝扩展得到有效抑制；但进一步将钢

纤维掺量提高至 2% 时，节点承载力提升趋势减缓，呈现

边际效应递减特性。

（5） 应变分析揭示了外钢管对节点抗弯贡献的局限

性，外钢管底部跨中及侧向应变始终低于屈服值，验证了

此类节点计算理论模型中忽略外管贡献的合理性，为节

点受弯承载力的合理计算提供了试验依据。

（6） 基于弹塑性和塑性极限状态建立的灌浆连接抗

弯承载力计算公式，结合平截面假定和应变协调关系，其

预测的抗弯承载力与试验结果吻合良好，该公式可为此

类灌浆连接的承载力计算和快速优化提供可靠的分析

方法。
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