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合钢桩在理想状态和实际状态下惯性矩的计算公式ꎬ提出截面刚度折减系数与协同系数的计算方法ꎬ分析 ＨＬＣ 钢桩刚度折减
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构设计提供理论参考ꎮ
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０　 引言

推动全回收基坑支护技术的发展是中国基坑

工程高质量发展的重要方向[１￣３] ꎬ相较于«建筑基

坑支护技术规程» ( ＪＧＪ １２０—２０１２) [４] 中传统基坑

支护结构的“临时性”设计(长期遗留地下)ꎬ该技

术优化应用可回收支护构件ꎬ符合绿色、环保、低
碳的理念ꎮ Ｕ 型钢板桩、Ｈ 型钢是常用的全回收

支护构件ꎮ 由于钢板桩刚度较弱ꎬ限制了其支护

的基坑深度ꎬＨ 型钢刚度较强ꎬ二者结合形成的 Ｈ
型钢－拉森钢板桩连接(Ｈ￣ｐｉｌｅ ａｎｄ Ｌａｒｓｅｎ ｓｈｅｅｔ ｐｉｌｅ
ｃｏｎｎｅｃｔｅｄꎬ ＨＬＣ)组合钢桩拓展了全回收围护结构

的应用[１] ꎮ 已有研究表明[５￣６] :由于钢板桩间的锁

扣搭接导致剪切力传递损失ꎬ钢板桩、ＨＬＣ 组合钢

桩(以下简称 ＨＬＣ)并不能够发挥理论截面整体刚

度支护作用ꎻ而且 Ｈ 型钢和 Ｕ 型钢板桩均为循环

使用构件ꎬ按照现有截面模量和钢材强度的设计

方法没有考虑刚度折减和循环使用缺陷累积[７] ꎬ
存在安全隐患ꎮ ＨＬＣ 工作机理及其循环使用强度

控制理论值得研究和关注ꎮ
ＨＬＣ 工作机理决定钢板桩、Ｈ 型钢强度设计

方法ꎮ 目前有关钢板桩的研究成果较多ꎬＨＬＣ 的

工作性状研究较少ꎮ 文献[８￣１１]建立了基于钢板

桩锁扣相互作用的有限元模型ꎬ研究了锁扣摩擦

对钢板桩抗弯刚度的影响ꎬ发现稳定工作状态下

钢板桩墙的刚度随着锁扣摩擦系数的增大呈非线

性增大的趋势ꎻ文献[１２￣１３]通过对钢板桩横截面

正应力进行分析ꎬ给出钢板桩墙刚度折减系数计

算公式ꎻ文献[１４￣１５]依托工程实例ꎬ研究了 ＨＬＣ
的内力变形ꎬ进行了稳定性验算ꎬ但未深入分析钢

板桩和 Ｈ 型钢的各自工作机理ꎻ文献[１６￣１９]研究

了 Ｈ 型钢和 Ｕ 型钢板桩连接(Ｈ￣ｐｉｌｅ ａｎｄ Ｕ￣ｐｉｌｅ
ｃｏｎｎｅｃｔｅｄꎬ ＨＵＣ)组合钢桩的刚度随跨中曲率增

大的变化规律ꎬ分析了钢板桩与 Ｈ 型钢的锁扣摩

擦对整体惯性矩的影响ꎬ提出 Ｈ 型钢与钢板桩所

承受的弯矩与它们的抗弯刚度有关ꎬ可为本研究

提供参考ꎮ 总体看ꎬ现有 ＨＬＣ 强度计算方法[１] 缺

少 ＨＬＣ 工作机理有效支撑ꎮ
为确定 Ｈ 型钢与钢板桩在基坑支护中的作用、

建立 ＨＬＣ 强度计算理论ꎬ本研究基于实际工程ꎬ采
用现场监测与数值模拟ꎬ建立了 ＨＬＣ 整体刚度的计

算方法ꎬ获得了 Ｈ 型钢和钢板桩的协同系数ꎬ揭示

了支护条件下 Ｈ 型钢和钢板桩(简称 ＨＵ１)组合构

件土压力竖向分担比例和中性轴变化规律ꎬ为进一

步研究 ＨＬＣ 多循环强度控制理论奠定了基础ꎬ也可

为实际工程设计提供参考ꎮ

１　 ＨＬＣ 截面应力分析

１.１　 ＨＬＣ 组合钢桩

ＨＬＣ 组合钢桩分为内置式和外置式两种ꎬ两种

截面型式如图 １ 所示ꎮ

图 １　 ＨＬＣ 截面型式
Ｆｉｇ.１　 Ｓｅｃｔｉｏｎ ｔｙｐｅ ｏｆ ＨＬＣ

　 　 实际工程中ꎬ大多采用内置式ꎬ本研究选取内

置式 ＨＬＣ 组合钢桩研究 Ｈ 型钢、钢板桩协同工作

性状ꎮ 钢板桩 １(简称 Ｕ１)与 Ｈ 型钢(简称 Ｈ)之间

直接摩擦接触或通过土体摩擦接触ꎬ钢板桩 ２(简称

Ｕ２)则通过锁扣与 Ｕ１ 相连ꎮ
１.２　 ＨＬＣ 截面工作性状数值试验

选定珠三角典型软土地层中的砂质黏性土进

行单一土层 ＨＬＣ 悬臂式支护开挖模型的数值试验ꎬ
土体和钢材参数见表 １ꎮ 模型的总体尺寸设定为

３５ ｍ(长)×２０ ｍ(宽) ×２ ｍ(高)ꎬ开挖深度为５ ｍꎬ
一次开挖到底ꎮ ＨＬＣ 支护桩的长度为 ９ ｍꎬ其中嵌

固长度为 ４ ｍꎮ
表 １　 试验模型参数表

Ｔａｂｌｅ １　 Ｔａｂｌｅ ｏｆ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｆｏｒ ｔｅｓｔ ｍｏｄｅｌ

材料 本构
密度 /

(ｇ􀅰ｍ－３)
弹性模量 /

ｋＰａ 泊松比
黏聚力 /

ｋＰａ
内摩擦角 /

(°)
屈服应力 /
１０５ ｋＰａ

土体 Ｍｏｈｒ￣Ｃｏｕｌｏｍｂ １ ８００ ３.５０×１０４ ０.２０ ２３ ２４

钢材 弹塑性 ７ ８５０ ２.０６×１０９ ０.２８ ３.９０
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　 　 为确保数值模拟的准确性与稳定性ꎬ模型的各

个边界面均固定ꎬ防止不必要的边界效应ꎮ 同时ꎬ对
模型进行了合理的网格划分ꎬ以提高计算精度ꎮ 本

研究建立的数值模型如图 ２ 所示ꎮ

图 ２　 ＨＬＣ 基坑支护开挖模型
Ｆｉｇ.２　 ＨＬＣ ｆｏｕｎｄａｔｉｏｎ ｐｉｔ ｓｕｐｐｏｒｔ ｅｘｃａｖａｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌ

　 　 完成数值模型设置后ꎬ进行数值运算ꎬ获得基坑

开挖后的水平位移结果ꎬ沿桩身提取 Ｕ１、Ｕ２ 的水平

位移ꎬ得到如图 ３ 所示的两条曲线ꎮ

图 ３　 ＨＬＣ 不同深度钢板桩位移比较
Ｆｉｇ.３　 Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｏｆ ｓｔｅｅｌ ｓｈｅｅｔ

ｐｉｌｅｓ ａｔ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｄｅｐｔｈｓ ｏｆ ＨＬＣ

　 　 图 ３ 曲线表明:Ｕ２ 位移大于 Ｕ１ꎬＵ２ 相对于 Ｕ１
有向坑内移动的趋势ꎮ 由此可得各自锁扣处的受力

方向ꎮ 以此相对位移变化为基础研究 ＨＬＣ 的受力

本质(以开挖面以上为例)ꎬ如图 ４ 所示ꎮ
　 　 图 ４(ａ)中ꎬ初始 ＨＵ１、Ｕ２ 受到来自土体水平方

向的主动土压力 Ｐａꎬ有 Ｈ 支撑的 Ｕ１ 的刚度远大于

Ｕ２ꎬ因此 Ｕ２ 会相对于 ＨＵ１ 向坑内移动ꎮ 两侧锁扣

之间的压力 ＴＮ 阻碍 Ｕ２ 的水平位移ꎬ增加 ＨＵ１ 的水

平位移ꎮ 受力后支护桩发生变形ꎬ土压力 Ｐａ 对横截

面产生弯矩 Ｍ１、Ｍ２ 使其向坑内弯曲ꎬ锁扣夹紧ꎬ如
图 ４(ｂ)ꎮ 由于弯曲程度不一致钢板桩之间有相对

滑动的趋势ꎬ横截面水平方向上的压力 ＴＮ 转变为竖

向的剪切力 Ｔ(即摩擦力)ꎬ且随着深度增加锁扣越

来越紧ꎬＴ 逐渐增大ꎬ经过钢板桩锁扣间剪切力 Ｔ 的

传递ꎬＨＬＣ 支护桩的各个单元实现了力的传递再分

配ꎬ导致最终各自承担的土压力和弯矩发生变化ꎮ

图 ４　 ＨＬＣ 悬臂式支护单元受力分析
Ｆｉｇ.４　 Ｓｔｒｅｓｓ ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ ＨＬＣ ｃａｎｔｉｌｅｖｅｒ ｓｕｐｐｏｒｔ ｕｎｉｔ

１.３　 ＨＬＣ 截面弯矩和应力模型

将 ＨＬＣ 视为弹性体ꎬ认为变形后的 ＨＬＣ 截面

仍然为一个平面并且垂直于桩墙轴线ꎬ即仍满足平

截面假定[８]ꎮ 钢板桩两侧锁扣处的剪切力并不作用

在各自的理想中性轴上ꎬ会产生偏心力矩使得中性

轴发生偏移ꎮ
根据 １.２ 节的试验模型ꎬ提取 ＨＬＣ 在不同深度

处的应力分布ꎮ 在剪切力 Ｔ 不完全传递状态下ꎬ截
面正应力可以看做两部分作用的叠加:一是不考虑

锁扣摩擦作用ꎬ只有土压力在钢板桩截面上产生的

弯曲应力ꎬ相当于单桩状态下的弯曲应力ꎬ用 σＭ 表

示ꎻ二是锁扣摩擦力单独作用下截面上产生的正应

力ꎬ用 σＴ 表示ꎮ 正应力叠加示意图如图 ５ 所示ꎮ 图

５ 中 ｅ１ 为 ＨＵ１ 的理想中性轴到实际中性轴的距离ꎬ
ｅ２ 为 Ｕ２ 的理想中性轴到实际中性轴的距离ꎮ

图 ５　 正应力叠加示意图
Ｆｉｇ.５　 Ｎｏｒｍａｌ ｓｔｒｅｓｓ ｓｕｐｅｒｐｏｓｉｔｉｏｎ ｄｉａｇｒａｍ
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　 　 图 ５(ａ)中ꎬ对于 ＨＵ１ 的截面应力ꎬ土压力产生

的弯矩 Ｍ１ 引起的应力与剪切力 Ｔ 引起的应力方向

相同ꎬ叠加后的应力绝对值更大ꎮ 图 ５(ｂ)中ꎬ对于

Ｕ２ 的截面应力ꎬ土压力产生的弯矩 Ｍ２ 引起的应力

与剪切力 Ｔ 引起的应力方向相反ꎬ叠加后的应力绝

对值变小ꎻ且在 σＭ>σＴ 时ꎬ应力方向与 σＭ 相同ꎬ在
σＭ<σＴ 时ꎬ应力方向与 σＭ 相反ꎮ

ＨＬＣ 的中性轴不在锁扣所在轴线ꎬ当 ＨＬＣ 处

于桩间锁扣剪切力不完全传递状态时ꎬ锁扣剪切力

对 ＨＬＣ 截面产生附加力矩ꎮ 这个力矩会影响支护

桩弯曲ꎬ所以土压力在 ＨＬＣ 截面上产生的弯矩一部

分由其截面直接承担ꎬ另一部分被锁扣间摩擦作用

抵消ꎬ或和锁扣间摩擦作用相叠加ꎮ

２　 ＨＬＣ 协同工作分析

２.１　 截面受力分析方法

(１)正应力计算公式

根据«材料力学» [２０]ꎬ压弯构件的正应力可由叠

加原理得

σ＝ Ｆ
Ａ
＋Ｍｙ

Ｉ
ꎬ (１)

式中ꎬＦ 为轴向力ꎬＭ 为弯矩ꎬＡ 为截面面积ꎬＩ 为截

面惯性矩ꎬｙ 为以中性轴为原点的坐标ꎮ
(２)轴心受力构件与偏心受力构件转换

根据«混凝土结构原理» [２１]ꎬ轴心受力构件与偏

心受力构件转换图如图 ６ 所示ꎮ 若构件的截面上同

时承受轴向力 Ｎ 和弯矩 Ｍꎬ可将其看作是偏心距为

ｅ０(ｅ０ ＝Ｍ/ Ｎ)、偏心力为 Ｎ 的偏心受力构件ꎬ反之

亦然ꎮ

图 ６　 轴心受力构件与偏心受力构件转换
Ｆｉｇ.６　 Ｃｏｎｖｅｒｓｉｏｎ ｏｆ ａｘｉａｌ ｆｏｒｃｅ ｍｅｍｂｅｒ ａｎｄ ｅｃｃｅｎｔｒｉｃ

ｆｏｒｃｅ ｍｅｍｂｅｒ

　 　 (３)ＨＬＣ 受力分析

ＨＵ１ 的受力如图 ７ 所示ꎮ 其中钢板桩的锁扣中

心线为 Ｘ０—Ｘ０ꎬｙ０ 为 ＨＵ１ 的理想中性轴到钢板桩

锁扣中心线的距离ꎮ ＨＵ１ 受到土压力作用在理想

中性轴的弯矩 Ｍ１ 和两侧锁扣的剪切力 Ｔꎬ根据图 ６

中的理论ꎬ可将左右两侧锁扣的剪切力 Ｔ 转换为作

用在理想中性轴上的剪切力 ２Ｔ 和与土压力弯矩 Ｍ１

同方向的大小为 ２Ｔｙ０ 的弯矩ꎮ 因此这一部分共受

到大小为 ２Ｔ 的轴向力和大小为 Ｍ１＋２Ｔｙ０ 的弯矩ꎮ

图 ７　 ＨＵ１ 的受力简图
Ｆｉｇ.７　 Ｓｔｒｅｓｓ ｄｉａｇｒａｍ ｏｆ ＨＵ１

　 　 Ｕ２ 的受力如图 ８ 所示ꎬ图 ８ 中 ｙ′０为 Ｕ２ 的理想

中性轴到钢板桩锁扣中心线的距离ꎮ 受力分析同

上ꎬＵ２ 共受到大小为 ２Ｔ 的轴向力和大小为 Ｍ２ －
２Ｔｙ′０的弯矩ꎮ

图 ８　 Ｕ２ 的受力简图
Ｆｉｇ.８　 Ｓｔｒｅｓｓ ｄｉａｇｒａｍ ｏｆ Ｕ２

２.２　 刚度折减系数公式推导

２.２.１　 钢板桩 １ 和 Ｈ 型钢部分

ＨＵ１ 截面实际惯性矩推导如图 ９ 所示ꎮ

图 ９　 ＨＵ１ 的实际惯性矩推导示意图
Ｆｉｇ.９　 Ｓｃｈｅｍａｔｉｃ ｄｉａｇｒａｍ ｏｆ ｔｈｅ ａｃｔｕａｌ ｍｏｍｅｎｔ ｏｆ

ｉｎｅｒｔｉａ ｄｅｒｉｖａｔｉｏｎ ｆｏｒ ＨＵ１

　 　 在某一截面ꎬＨＵ１ 受到来自土压力的弯矩 Ｍ１

和两侧锁扣的剪切力 Ｔꎬ由此可计算距离 ＨＵ１ 理想
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中性轴 ｙ 处的应力

σｙ１ ＝
Ｍ１＋２Ｔｙ０

Ｉ１２
ｙ＋ ２Ｔ

Ａ１＋Ａ２
ꎬ (２)

由平行移轴公式可得

Ｉ１２ ＝ Ｉ１＋Ｉ２＋
Ａ１Ａ２(ｙＨ－ｙＵ１) ２

Ａ１＋Ａ２
ꎬ (３)

式中:Ａ１、Ａ２ 分别为钢板桩、Ｈ 型钢的截面面积ꎬ
ｃｍ２ꎻｙ０ 为钢板桩锁扣中心到 ＨＵ１ 的理想中性轴的

距离ꎬｃｍꎻＩ１２为 ＨＵ１ 的理想惯性矩ꎬｃｍ４ꎻＩ１、Ｉ２ 分别

为钢板桩、Ｈ 型钢的惯性矩ꎬｃｍ４ꎻｙＵ１为 Ｕ１ 理想中性

轴到基准轴的距离ꎬｃｍꎻｙＨ 为 Ｈ 理想中性轴到基准

轴的距离ꎬｃｍꎮ
由于应力在中性轴处(当 ｙ ＝ －ｅ１ 时)为 ０ꎬ代入

上式可得锁扣中的剪切力

Ｔ＝
Ｍ１ｅ１(Ａ１＋Ａ２)

２[ Ｉ１２－ｙ０ｅ１(Ａ１＋Ａ２)]
ꎬ (４)

迎土面处(即 ｙ＝ －ｙ１ 处)的应力

σＷ１ ＝ －
Ｍ１＋２Ｔｙ０

Ｉ１２
ｙ１＋

２Ｔ
Ａ１＋Ａ２

ꎬ (５)

将公式(４)代入公式(５)后化简得

σＷ１ ＝ －
Ｍ１(ｙ１－ｅ１)

Ｉ１２－ｙ０ｅ１(Ａ１＋Ａ２)
ꎬ (６)

因此 ＨＵ１ 的实际惯性矩为

ＩＵ１＋Ｈ ＝ Ｉ１＋Ｉ２＋
Ａ１Ａ２(ｙＨ－ｙＵ１) ２

Ａ１＋Ａ２
－ｙ０ｅ１(Ａ１＋Ａ２)ꎮ (７)

２.２.２　 钢板桩 ２ 部分

Ｕ２ 截面实际惯性矩推导如图 １０ 所示ꎮ

图 １０　 Ｕ２ 实际惯性矩推导示意图
Ｆｉｇ.１０　 Ｄｅｒｉｖａｔｉｏｎ ｄｉａｇｒａｍ ｏｆ ａｃｔｕａｌ ｍｏｍｅｎｔ ｏｆ ｉｎｅｒｔｉａ ｏｆ Ｕ２

　 　 在某一截面ꎬＵ２ 受到来自土压力的弯矩 Ｍ２ 和

两侧锁扣的剪切力 Ｔꎬ由此可列出距离 Ｕ２ 理想中性

轴 ｙ′处的应力

σｙ２ ＝
Ｍ２－２Ｔｙ′０

Ｉ１
ｙ′－２Ｔ

Ａ１
ꎬ (８)

式中:ｙ′０为钢板桩锁扣中心到 Ｕ２ 理想中性轴的距

离ꎬｃｍꎮ
由于应力在中性轴处(当 ｙ′＝ －ｅ２ 时)为 ０ꎬ代入

上式可解得锁扣中的剪切力

Ｔ＝ －
Ｍ２ｅ２Ａ１

２( Ｉ１－ｙ′０ｅ２Ａ１)
ꎬ (９)

迎土面处(即 ｙ′＝ ｙ２ 处)的应力

σＷ２ ＝ －
Ｍ２－２Ｔｙ′０

Ｉ１
ｙ２－

２Ｔ
Ａ１

ꎬ (１０)

将公式(９)代入公式(１０)后化简得

σＷ２ ＝
Ｍ２(ｙ２＋ｅ２)
Ｉ１－ｙ′０ｅ２Ａ１

ꎬ (１１)

因此 Ｕ２ 的实际惯性矩为

ＩＵ２ ＝ Ｉ１－ｙ′０ｅ２Ａ１ꎮ (１２)
２.２.３　 ＨＬＣ 的刚度折减系数

ＨＬＣ 的实际惯性矩

ＩＨＬＣ ＝ ２Ｉ１＋Ｉ２＋
Ａ１Ａ２(ｙＨ－ｙＵ１) ２

Ａ１＋Ａ２
－

ｙ０ｅ１(Ａ１＋Ａ２)－ｙ′０ｅ２Ａ１ꎮ (１３)
ＨＬＣ 理想惯性矩的计算示意图如图 １１ 所示ꎮ

图 １１　 ＨＬＣ 理想惯性矩计算示意图
Ｆｉｇ.１１　 ＨＬＣ ｉｄｅａｌ ｍｏｍｅｎｔ ｏｆ ｉｎｅｒｔｉａ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｄｉａｇｒａｍ

　 　 ＨＬＣ 的理想状态为 ＨＵ１、Ｕ２ 的实际中性轴均

偏移到 ＨＬＣ 理想中性轴的位置时ꎬ此时 ＨＬＣ 的理

想惯性矩

ＩＣ ＝ ２Ｉ１＋Ｉ２＋
Ａ１Ａ２(ｙＨ－ｙＵ１) ２

Ａ１＋Ａ２
－

ｙ０(ｙＵ１＋Ｈ－ｙＨＬＣ)(Ａ１＋Ａ２)－ｙ′０(ｙＨＬＣ－ｙＵ２)Ａ１ꎬ(１４)

ｙＨＬＣ ＝
Ａ１(ｙＵ１＋ｙＵ２)＋Ａ２ｙＨ

２Ａ１＋Ａ２
ꎬ (１５)

ｙＵ１＋Ｈ ＝
Ａ１ｙＵ１＋Ａ２ｙＨ

Ａ１＋Ａ２
ꎬ (１６)

式中:ｙＵ２为 Ｕ２ 的理想中性轴到基准轴的距离ꎬｃｍꎻ
ｙＨＬＣ为 ＨＬＣ 的理想中性轴到基准轴的距离ꎬ ｃｍꎻ
ｙＵ１＋Ｈ为 ＨＵ１ 的实际中性轴到基准轴的距离ꎬｃｍꎮ

ＨＬＣ 的刚度折减系数

β＝
ＩＨＬＣ

ＩＣ
ꎮ (１７)

２.３　 钢板桩刚度折减系数公式验证

文献[１３]对钢板桩的应力进行了分析ꎬ钢板桩

截面刚度折减系数计算如图 １２ 所示ꎮ

图 １２　 Ｔｏｍｏｙａ Ｔｏｍｉｎａｇａ 钢板桩截面刚度折减系数计算示意图
Ｆｉｇ.１２　 Ｔｈｅ ｓｅｃｔｉｏｎ ｓｔｉｆｆｎｅｓｓ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｔｅｅｌ ｓｈｅｅｔ

ｐｉｌｅ ｉｎ Ｔｏｍｏｙａ Ｔｏｍｉｎａｇａ ｐａｐｅｒ
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　 　 图 １２ 中ꎬＸ０—Ｘ０ 为钢板桩锁扣中心线ꎬ以钢板

桩单桩中性轴为原点建立坐标ꎮ ｙ０ 为钢板桩单桩理

想中性轴到锁扣中心线的距离ꎬ推导得到钢板桩的

实际惯性矩

Ｉ＝ Ｉ１＋ｙ０ｅ１Ａ１ꎮ (１８)
ＨＬＣ 截面与钢板桩截面的转换如图 １３ 所示ꎬ

虚线标注为有 Ｈ 支撑时各个参数的位置ꎬ实线标注

为无 Ｈ 支撑时各个参数的位置ꎮ

图 １３　 ＨＬＣ 截面与钢板桩截面转换示意图
Ｆｉｇ.１３　 Ｃｏｎｖｅｒｓｉｏｎ ｄｉａｇｒａｍ ｏｆ ＨＬＣ ｓｅｃｔｉｏｎ ａｎｄ ｓｔｅｅｌ

ｓｈｅｅｔ ｐｉｌｅ ｓｅｃｔｉｏｎ

　 　 推导的 ＨＵ１ 的惯性矩公式中ꎬ令 Ｈ 的相关参数

为零(见图 １３(ａ))ꎬ即 Ａ２、Ｉ２、ｙＨ 为 ０ꎻｙ０ 则由 ＨＵ１
的理性中性轴变为钢板桩单桩的中性轴ꎻ此时坐标

原点轴位置也发生了变化ꎬ即由实际中性轴的下方

移到了上方ꎬ因此 ｅ１ 改变了方向ꎬｅ１ 前需乘以一个

负号ꎻ推导的 Ｕ２ 惯性矩公式中ꎬ仅坐标系改变了方

向(见图 １３(ｂ))ꎬｅ２ 前需乘以一个负号ꎬ其余符号

意义相同ꎬ原公式转换为

ＩＵ１ ＝ ＩＵ２ ＝ Ｉ１＋ｙ０ｅ１Ａ１ꎬ (１９)
公式(１９)与公式(１８)相同ꎬ验证了 ＨＬＣ 的实际惯

性矩推导的正确性ꎮ
２.４　 ＨＬＣ 协同系数定义

ＨＬＣ 的刚度折减系数的取值范围为零剪力传

递状态下的刚度折减系数到完全剪力传递的刚度折

减系数(等于 １)ꎬ为了更直观地反映 ＨＬＣ 的协同效

果ꎬ引入一个协同系数 ω 来放大组合惯性矩的变化ꎬ
ω 的计算公式为

ω＝
β－βΣ

１－βΣ
ꎬ (２０)

βΣ ＝
２Ｉ１＋Ｉ２
ＩＣ

ꎬ (２１)

式中ꎬβ 为 ＨＬＣ 的刚度折减系数ꎬβΣ 为零剪切力传

递情况下的刚度折减系数ꎮ
当 Ｕ１ 和 Ｈ 间距增大时ꎬＨＬＣ 的理想惯性矩随

之增大ꎮ 由于两个钢板桩和 Ｈ 型钢的单桩刚度之

和为定值ꎬ因此 ＨＬＣ 的理想惯性矩的增大即组合惯

性矩的增大ꎮ 此时ꎬ若仅通过实际惯性矩与理想惯

性矩之比(即折减系数)评估间距的优劣ꎬ结果可能

不够准确ꎮ 相比之下ꎬ扣除钢板桩和 Ｈ 型钢自身刚

度后的比值更能真实反映支护结构的协同效应ꎬ从
而更符合实际工况需求ꎮ

３　 基于 ＨＬＣ 实际工程应用的数值模

拟分析

３.１　 工程背景

徐州某 ＨＬＣ 基坑支护开挖工况如图 １４ 所示ꎮ
该工程地面标高为－１.０ ｍꎬ坑底标高为－６.５ ｍꎬ基坑

挖深 ５.５ ｍꎮ 支护形式采用 １ ∶１.５ 放坡(坡高１ ｍ)ꎬ
马道宽度为 ０.８ ｍꎬ组合钢桩采用 １２ ｍ 长 Ｈ 型钢

(规格 ７００×３００×１３×２４)和 ９ ｍ 长拉森钢板桩(规格

ＳＰ￣Ⅳ)ꎬ桩顶高于坡脚 ０.３ ｍꎮ 支护结构采用悬臂式

设计ꎬ基坑安全等级为二级ꎮ 土层物理力学参数详

见表 ２ꎬ钢板桩和 Ｈ 型钢均采用 Ｑ３９０ 型钢ꎮ

图 １４　 ＨＬＣ 支护剖面图
Ｆｉｇ.１４　 ＨＬＣ ｓｕｐｐｏｒｔ ｓｅｃｔｉｏｎ ｄｉａｇｒａｍ
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表 ２　 土层参数表
Ｔａｂｌｅ ２　 Ｓｏｉｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｔａｂｌｅ

土层名称 状态 密度 / (ｇ􀅰ｍ－３) 弹性模量 / ＭＰａ 泊松比 黏聚力 / ｋＰａ 内摩擦角 / (°) 层厚 / ｍ
１ 层杂填土 松散 １ ８００ １５.０ ０.３ ８.０ １０.０ ３.７
２￣２ 层粉质黏土 软塑 １ ８４０ ９.６ ０.３ １８.４ ８.６ ０.５
２￣３ 层粉土 稍密 １ ８３０ ２２.８ ０.３ ８.７ ２２.６ ０.６
２￣４ 层粉质黏土 软塑 １ ７３０ ９.０ ０.３ １７.９ ８.２ １.３
２￣５ 层黏土 硬塑 １ ７６０ ２１.０ ０.３ ４８.７ １４.３ ０.８
３￣１ 层黏土 硬塑 １ ９１０ ３３.０ ０.３ ７６.４ １６.２ ５.６

３.２　 现场监测

现场监测方案严格遵循«全回收基坑支护技术

规程» [１]要求ꎬ选取 ３ 组 ＨＬＣ 支护单元进行土压力

监测ꎮ 钢板桩采用振动沉桩ꎬ地层下部土质偏硬ꎬ
为防止振动摩擦导致土压力计脱落ꎬ将土压力计内

嵌于圆形的空心钢环中ꎮ 钢环直接焊接在 Ｕ１ 的迎

土侧ꎬ既能对土压力计起保护作用ꎬ又能方便监测

仪器打入地下ꎬ直接测得数据ꎮ 每组土压力计在距

钢板桩顶端 １ ｍ 处开始焊接ꎬ每隔 １.７５ ｍ 焊接一

个ꎬ共焊接 ５ 个ꎮ
待基坑开挖完毕后ꎬ采用智能测读仪进行现场

测量ꎬ记录各测点数据 Ｆ ｉꎬ并根据每个土压力计的

出厂读数 Ｆ０ 和标定系数 Ｋ 进行校正计算ꎬ得到土

压力ꎮ 取 ３ 组计算结果的算术平均值ꎬ得到最终实

测土压力ꎬ详见表 ３ꎮ
表 ３　 实测 ３ 组平均土压力

Ｔａｂｌｅ ３　 Ｍｅａｓｕｒｅｄ ｔｈｒｅｅ ｇｒｏｕｐｓ ｏｆ ａｖｅｒａｇｅ ｅａｒｔｈ ｐｒｅｓｓｕｒｅ
沿钢板桩顶端的深度 / ｍ 土压力 / Ｐａ

１.００ ２３ １６６.１
２.７５ ５３ ７９３.６
４.５０ ５８ ４３３.４
６.２５ －１５７ ７４７.２
８.００ －１９０ ８２０.９

３.３　 数值模拟

采用 ＡＢＡＱＵＳ 进行有限元分析ꎬ对监测点区段

进行基坑开挖支护单元数值模拟ꎮ 考虑土层深度

效应的影响ꎬ取土层厚度大于 ３ 倍开挖深度ꎬ以确保

模型的准确性[２２]ꎮ 为了模型更好收敛ꎬ土体宽度选

取一个对称支护单元的宽度ꎬ并在土体两侧施加固

定边界条件[２３]以模拟真实土体状态ꎬ具体模型尺寸

为 ３５ ｍ×２ ｍ×２０ ｍꎮ 土体采用 Ｍｏｈｒ￣Ｃｏｕｌｏｍｂ 本构

模型ꎬ钢材采用弹塑性本构模型(材料参数见表 １)ꎮ
接触面采用罚函数接触算法ꎬ根据 Ｒ. Ｗ. Ｍａｗｅｒ
等[２４]对钢板桩锁扣试验的研究ꎬ钢板桩锁扣间摩擦

系数取 ０.７８ꎬ而桩土间摩擦系数一般根据经验公式

μ＝ ｔａｎ(０.６~０.７５φ)计算取最小值[２５]ꎮ
采用悬臂式基坑支护建立 ＨＬＣ 模型ꎬ对各部件

进行以六面体为主的网格划分ꎬ如图 １５ 所示ꎮ

图 １５　 ＨＬＣ 支护的有限元模型网格划分
Ｆｉｇ.１５　 Ｍｅｓｈ ｇｅｎｅｒａｔｉｏｎ ｏｆ ｆｉｎｉｔｅ ｅｌｅｍｅｎｔ ｍｏｄｅｌ ｏｆ ＨＬＣ ｓｕｐｐｏｒｔ

　 　 图 １５ 中ꎬ钢板桩和 Ｈ 型钢的圆角处经过优化取

直处理ꎬ形成较为规整的网格ꎬ且对实际协同效果不

产生影响ꎮ 数值分析分为两个步骤进行:(１)地应力

平衡分析ꎬ旨在实现初始状态下的地应力分布稳定ꎻ
(２)对 Ｈ 型钢侧的土体进行一次开挖ꎬ在开挖过程

中ꎬ需取消土体开挖部分的边界条件ꎬ并对 Ｈ 型钢开

挖侧与土体开挖部分接触面的摩擦进行解除ꎮ
３.４　 模型验证

为了验证使用 ＡＢＡＱＵＳ 数值模型的科学性ꎬ根
据朗肯土压力公式[２６]ꎬ对监测点标定的各个深度位

置的主动土压力与被动土压力之和进行计算ꎬ得到

每个点处的土压力理论计算值ꎮ
将理论计算值与实测值以及模拟得到的各个

点的土压力进行对比ꎬ如图 １６ 所示ꎮ

图 １６　 土压力的理论值、实测值与模拟值对比
Ｆｉｇ.１６　 Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｖａｌｕｅꎬ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｖａｌｕｅ ａｎｄ

ｓｉｍｕｌａｔｅｄ ｖａｌｕｅ ｏｆ ｅａｒｔｈ ｐｒｅｓｓｕｒｅ
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　 　 从图 １６ 可以看出ꎬ理论计算值、实测值和数值

模拟值的变化趋势一致ꎬ且相对误差较小ꎮ 因此ꎬ
针对本研究使用 ＡＢＡＱＵＳ 建立的 Ｍｏｈｒ￣Ｃｏｕｌｏｍｂ
本构模型计算结果可靠ꎬ能够有效反映基坑的变形

规律ꎮ

４　 协同系数的计算

４.１　 数值计算

钢板桩和 Ｈ 型钢的型号选定后ꎬ除 ｅ１、ｅ２ 其他

参数都已知ꎬ如表 ４ 所示ꎮ 因此求得各个截面的实

际中性轴的位置即可得到 ＨＬＣ 的刚度折减系数和

协同作用系数ꎬ通过模型计算的应力云图数据ꎬ选
取路径画出图线ꎬ应力为 ０ 对应的位置即为中性轴

的位置ꎮ 理想惯性矩可根据式(１４)直接计算ꎬ计算

结果为 ２８２ ５５９.２９ ｃｍ４ꎮ

表 ４　 ＨＬＣ 惯性矩计算参数取值
Ｔａｂｌｅ ４　 ＨＬＣ ｍｏｍｅｎｔ ｏｆ ｉｎｅｒｔｉａ ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｐａｒａｍｅｔｅｒ ｖａｌｕｅｓ
Ｉ１ / ｃｍ４ Ｉ２ / ｃｍ４ Ａ１ / ｃｍ２ Ａ２ / ｃｍ２ ｙＵ１ / ｃｍ ｙＵ２ / ｃｍ

４ ６７０ １９７ ０００ ９６.９９ ２３１.５ ６.５ ２７.５

ｙＨ / ｃｍ ｙＵ１＋Ｈ / ｃｍ ｙＨＬＣ / ｃｍ ｙ０ / ｃｍ ｙ′０ / ｃｍ

４０.５５ ３０.５ ２９.８ １３.５ １３.５

　 　 沿深度取截面并点取路径画出截面应力曲线ꎬ
应力为零的位置对应实际中性轴的位置ꎬ确定 ｅ１、ｅ２

的大小ꎬ计算刚度折减系数 βꎬ得到沿深度分布如图

１７ 所示ꎮ

图 １７　 ｅ１、ｅ２ 及折减系数 β 与深度的关系
Ｆｉｇ.１７　 Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｅ１、ｅ２

ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ β ａｎｄ ｄｅｐｔｈ

　 　 图 １７ 表明ꎬβ 随深度的变化趋势与 ｅ１ 呈现的规

律(镜像)一致ꎮ 这是由于 ＨＵ１ 的截面面积大于

Ｕ２ꎬ因此在对整体惯性矩的影响上占主导地位ꎮ β

最小值的截面位置位于开挖面以上ꎮ 刚度折减系

数取最小值 β＝ ０.９０１ꎬ协同系数 ω＝ ０.６３５ꎮ
此支护工况下ꎬ取钢板桩长度段(９ ｍ)的土压

力总和计算一个 ＨＬＣ 组合单元的土压力分担

比[２７]ꎬ可得 ＨＵ１ 的土压力分担比为 ９４.６８％ꎬＵ２ 的

土压力分担比为 ５.３２％ꎮ 基于 Ｈ 型钢和钢板桩的

截面刚度ꎬ理论上按照刚度分配 ＨＵ１ 承担 ９７.７４％
的土压力ꎬＵ２ 承担 ２.２６％的土压力ꎮ Ｕ２ 的实际土

压力分担比大于理论刚度土压力分担比ꎬ是因为

ＨＬＣ 各个单元紧密结合时ꎬ它们可以共同承受土体

的压力ꎬ由于二者的协同作用ꎬ土压力更加均匀地

分担到每个支护单元上ꎮ
４.２　 施工工艺协同效果优化

在特定的地质下ꎬ土层参数等条件是确定的ꎮ
ＨＬＣ 支护方案选定后ꎬ为了提高其整体性能ꎬ除了

在顶端设置冠梁外ꎬ还可以通过调整其他因素改

善ꎮ 通过 ＡＢＡＱＵＳ 有限元软件ꎬ对 ＨＬＣ 在不同工

况下的支护情况进行模拟ꎬ计算不同施工工艺下的

协同系数ꎬ以寻找最优方案ꎮ
４.２.１　 Ｈ 型钢和钢板桩之间的空隙留土影响

现场施工出现了 ２ 种工况:Ｈ 型钢和钢板桩之

间的空隙留土和不留土ꎬ基于这 ２ 种工况进行建模ꎬ
如图 １８ 所示ꎮ

图 １８　 Ｈ 型钢与钢板桩之间土体建模示意图
Ｆｉｇ.１８　 Ｓｏｉｌ ｍｏｄｅｌｉｎｇ ｄｉａｇｒａｍ ｂｅｔｗｅｅｎ Ｈ￣ｓｈａｐｅｄ ｓｔｅｅｌ ａｎｄ

ｓｔｅｅｌ ｓｈｅｅｔ ｐｉｌｅ

　 　 经模型计算得到空隙不留土工况下的刚度折

减系数为 ０.９２６ꎬ协同系数为 ０.７２５ꎬ而空隙留土工况

的协同系数在 ４.１ 节求得为 ０.６３５ꎮ 由此可见ꎬ在空

隙不留土的情况下协同效果更好ꎮ 这可能是由于

不留土的情况下ꎬ土体对钢板桩和 Ｈ 型钢的约束较

小ꎬ使其能够更自由地发挥刚度和强度ꎮ 此外ꎬ在
不留土的情况下ꎬ土体的重量和压力不会增加支护

结构的负荷ꎬ从而减轻了支护结构的受力情况ꎬ增
强了其承载能力ꎮ 工况(ａ)ＨＵ１ 的土压力分担比为

９０.７２％ꎬＵ２ 的土压力分担比为 ９.２８％ꎬ同一支护结
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构下空隙不留土时 ＨＵ１ 分担的土压力更小ꎬ与理论

刚度分配相差更大ꎮ
４.２.２　 Ｕ１ 和 Ｈ 间距影响

本工程 Ｈ 型钢的翼缘宽度大于钢板桩腹板

宽度ꎬＵ１ 和 Ｈ 之间存在距离 ｄꎬ如图 １９ 所示ꎮ
钢板桩的两侧翼缘倾斜角度会因加工、堆放、重
复利用而有所差异ꎬ实际打桩时以 Ｈ 两侧卡到钢

板桩翼缘两侧为准ꎬ因此 Ｕ１ 和 Ｈ 间的距离存在

差异ꎮ

图 １９　 Ｕ１ 和 Ｈ 间距
Ｆｉｇ.１９　 Ｓｐａｃｉｎｇ ｂｅｔｗｅｅｎ Ｕ１ ａｎｄ Ｈ

　 　 对不同间距情况下的支护工况进行模拟ꎬ得到

规律如图 ２０ 所示ꎮ

图 ２０　 协同系数、土压力分担比与间距的关系
Ｆｉｇ.２０　 Ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｓｙｎｅｒｇｙ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔꎬ

ｓｏｉｌ ｐｒｅｓｓｕｒｅ ｓｈａｒｉｎｇ ｒａｔｉｏ ａｎｄ ｓｐａｃｉｎｇ

　 　 图 ２０ 表明ꎬ当 Ｕ１ 和 Ｈ 间距为 ３０ ｍｍ 时ꎬ协同

系数较大ꎮ 说明间距过小没有足够的空间容纳钢

板桩的变形ꎬ不能更好地缓冲和分散力ꎻ间距过大

Ｕ１ 和 Ｈ 的联系则不够紧密ꎬ会影响整体稳定性ꎮ
综上ꎬ此工程地质存在一个最优间距可使协同效果

达到更好ꎮ 因此ꎬ适当增加 Ｕ１ 和 Ｈ 的间距有利于

整体协同ꎬ但二者间距增大要适当ꎬ否则会发生脱

离ꎬ导致支护结构失效ꎮ 同时也能得到 ＨＵ１ 承担的

土压力占比与协同系数呈负相关ꎬ即理论刚度分配

值与协同系数呈负相关的规律ꎮ 说明 ＨＬＣ 整体协

同性越好ꎬ锁扣连接越紧密ꎬＵ２ 的抗弯能力越强ꎬ能
分担更多的土压力ꎮ

钢板桩的刚度折减系数通 常 位 于 ０. ３５ ~
０.９０[２８]ꎮ 本研究监测地段 ＨＬＣ 的协同系数基本保

持在 ０.５０ 以上ꎬ即刚度折减系数大于 ８６.５％ꎬ这一

结果充分反映了 Ｈ 型钢在增强整体支护刚度方面

的重要作用ꎮ 结合钢板桩的刚度折减特性ꎬ当前设

计的刚度折减系数已足够高ꎬ展现出良好的稳定性

和承载能力ꎮ 基于安全系数和经济性的综合考虑ꎬ
已无需采取进一步的优化措施ꎮ
４.３　 工程设计

本研究中所考虑到的多种工况下ꎬＨ 和 Ｕ１ 最

小所承担的土压力分配比为 ７７.４７％:１３.２５％ꎬ而实

际工程计算 ＨＬＣ 时ꎬ通常会忽略钢板桩所承担的土

压力ꎬ仅将 Ｈ 刚度考虑在内ꎬＨＬＣ 承担土压力的实

际值大于设计值ꎮ
本研究工程中计算的 ＨＬＣꎬ只考虑 Ｈ 刚度时ꎬ

刚度利用率在 ７５％以上ꎬ而同时考虑 Ｈ 和 Ｕ１ 刚

度时ꎬ刚度利用率可提升到 ９０％以上ꎮ 因此ꎬ有必

要对刚度分配值进行修正ꎬ即 ＨＬＣ 在进行承载能

力极限状态设计时ꎬ以 Ｈ 型钢刚度作为计算ꎬ结构

构件的抗力设计值 Ｒｄ 乘以一个 １.２ 的刚度修正系

数ꎬ即
γ０Ｓｄ≤１.２Ｒｄꎬ (２２)

式中:γ０ 为支护结构重要性系数ꎬ应按文献[４]第

３.１. ６ 条的规定取值ꎻＲｄ 为结构构件的抗力设

计值ꎮ

５　 结论

本研究通过现场监测和有限元模拟相结合的

方法ꎬ对 ＨＬＣ 悬臂支护工作机理得出以下结论ꎮ
(１) ＨＬＣ、ＨＵ１、Ｕ２ 独立工作又整体协同ꎬ各自

具有自己的应力中性轴ꎮ ＨＵ１ 与 Ｕ２ 的应力分布状

态与土压力引起的弯矩应力和锁扣剪切力应力的

大小有关ꎮ
(２) 钢板桩锁扣剪切力不完全传递是 ＨＬＣ 刚

度折减的根本原因ꎮ 推导并证明 ＨＬＣ 工作理想与

实际状态惯性矩的计算公式ꎬ定义了截面刚度折减

系数和协同系数ꎮ 明确 ＨＬＣ 悬臂式支护薄弱截面

的位置ꎬ给出施工过程中可通过增加冠梁、挖空钢

板桩和 Ｈ 型钢之间的土体、选取 Ｕ１ 和 Ｈ 最优间距

等措施优化截面协同效果ꎮ
(３) ＨＵ１ 组合构件与 Ｕ２ 分别承担土压力ꎬ土

压力分担比未按刚度分配ꎬＵ２ 的土压力分担比高于



　 第 ５ 期 李连祥ꎬ等:基坑全回收 ＨＬＣ 组合钢桩工作机理 １２９　　 　

理论刚度比例ꎬ且刚度折减系数越大ꎬ协同效果越

好ꎬＵ２ 分担的土压力越大ꎮ
(４) 考虑 ＨＬＣ 锁扣间的相互作用ꎬ实际工程

ＨＬＣ 截面受力按 １.２ 倍构件抗力设计值计算ꎬ仅忽

略 Ｕ２ 承担的土压力ꎮ
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