
第42卷第6期 土 木 与 环 境 工 程 学 报(中 英 文) Vol.42No.6
2020年12月 JournalofCivilandEnvironmentalEngineering Dec.2020

doi:10.11835/j.issn.2096-6717.2020.025      开放科学(资源服务)标识码(OSID):    

内翻U形外包钢组合梁正截面抗弯承载力分析
阎奇武,张正

(中南大学 土木工程学院,长沙410083)

摘 要:为研究新型内翻U形外包钢 混凝土组合梁正截面抗弯承载力及其构造要求,以已有内翻

U型外包钢 混凝土组合连续试验梁为参照,建立该组合连续梁非线性有限元模型,模拟组合连续

梁有限元模型的荷载 跨中挠度曲线,并与相关试验结果对比,验证了该组合梁有限元模型的建模

方法和参数选取的合理性与有效性。应用建立的组合连续梁有限元模型,分析了内翻外包钢 混凝

土组合梁正截面抗弯承载力的主要影响参数。综合内翻U型外包钢 混凝土组合连续梁正截面抗

弯承载力试验和模拟结果,提出采用简化塑性理论计算组合梁正截面抗弯承载力计算时,组合梁正

截面抗弯承载力塑性理论计算值应乘0.96的修正系数。0.96倍组合梁正截面抗弯承载力塑性理

论计算值与组合梁有限元模型模拟计算值相比较,发现二者十分接近,偏于安全,提出的组合梁正

截面抗弯承载力修正简化塑性理论计算值具有足够的准确性和可靠性。
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Analysisofnormalsectionbendingbearingcapacityofinverted
U-Shapedsteel-encasedconcretecompositebeam

YanQiwu,ZhangZheng
(SchoolofCivilEngineering,CentralSouthUniversity,Changsha410083,P.R.China)

Abstract:Inordertostudythenormalsectionbearingcapacityandtheformationrequirementsofanovel
invertedU-shapedsteel-encasedconcretecompositebeam,thenonlinearfiniteelementmodelsofthe
compositecontinuousbeamshavebeenestablishedbasedontheexistingU-shapedsteel-encasedconcrete
compositecontinuousbeams.Theload-deflectioncurveatmid-spanofthecompositecontinuousbeamfinite
elementmodelwasplotted,andcomparedwithothertestresults.Itprovestherationalityandeffectiveness
ofthemodelingmethodandparameterselectionofthecompositebeamfiniteelementmodels.Usingthe
establishedfiniteelementmodelofcompositecontinuousbeams,themaininfluentialparametersofnormal
sectionbearingcapacityoftheinvertedsteel-encasedconcretecompositebeamsareanalyzed.Basedonthe
testandsimulationresultsofnormalsectionbearingcapacityofinvertedU-shapedsteel-encasedconcrete
compositecontinuousbeams,itisproposedthatwhenthenormalsectionbearingcapacityofthecomposite
beamiscalculatedbythesimplifiedplastictheory,theplastictheoreticalcalculationvalueofthenormal
sectionbearingcapacityofthecompositebeamshouldbemultipliedbyacorrectionfactorof0.96.



Comparingthecalculatedvalueof0.96timestheplastictheoreticalcalculationvalueofthenormalsection
bendingcapacityofthecompositebeam withthecalculatedvalueofthefiniteelementmodelofthe
compositebeam,thetwovaluesarefoundverycloseinsafeside.Theproposedmodifiedsimplifiedplastic
theorycalculationvalueofthenormalsectionbendingcapacityofthecompositebeamisaccurateand
reliableenough.
Keywords:composite beam;normalsection bearing capacity;finite element analysis;plasticity
theory;structures

  钢 混凝土组合结构在土木工程发展中正扮演着

愈加重要的角色,不少学者对外包钢 混凝土组合梁

做了许多研究。操礼林等[1]对3根高强外翻U形外

包钢 混凝土简支组合梁进行两点对称集中加载试

验,结果表明,在静载作用下,外翻高强U形外包钢

混凝土组合梁的受弯承载力比普通外包钢组合梁高

60%以上,并基于简化塑性理论建立了其受弯承载力

计算公式。陈大淀等[2]对4根跨度为4m的外翻U形

外包钢 混凝土组合连续梁的静载试验结果表明,组
合连续梁在两跨跨中荷载作用下发生典型的弯曲破

坏,有明显塑性破坏特征。Keo等[3]、Liu等[4]提出在

外翻U形外包钢的外翻钢翼缘上焊接角钢作为抗剪

和抗掀起连接件,研究表明,此连接件具有良好的工

作性能。Zhou等[5]、Liu等[6]、Zhao等[7]在内翻U型

外包钢翼缘上焊接连续Z字形钢筋和布置“几”字形

箍筋来充当栓钉,试验结果表明,组合梁整体工作性

能良好。文献[8]设计了一种新型的内翻U型高强外

包钢 高强混凝土组合梁,并对其进行了截面设计与

内力重分布试验研究,该组合梁与传统的U型外包钢

混凝土组合梁相比具有以下优点:1)U型钢板内翻

翼缘开孔,穿翼缘横向钢筋,作连接件(PBH[9]),将T
形组合梁翼缘与腹板有效连成整体,新型组合梁能共

同工作,发挥正截面抗弯承载力。2)一体式开孔板连

接件不需要栓钉及其焊接施工,避免了因栓钉焊接钢

板产生局部残余应力的影响,组合梁制作速度加快,
成本降低。

鉴于上述优点,新型内翻U形外包钢 混凝土

组合梁具有较大的工程应用前景,而文献[8]的研究

未涉及该新型组合梁的正截面抗弯承载力计算及其

构造措施,笔者在已有组合梁试验研究的基础上,利
用ABAQUS[10]建立新型组合连续梁有限元模型,
模拟组合连续梁有限元模型的荷载 跨中挠度曲线,
并与相关试验结果对比,验证了该组合梁有限元模

型的建模方法和参数选取的合理性和有效性。应用

建立的组合连续梁有限元模型,分析了内翻外包钢

混凝土组合梁正截面抗弯承载力的主要影响参数。
综合内翻U型外包钢 混凝土组合连续梁正截面抗

弯承载力试验和模拟结果,提出了新型内翻U形外

包钢 混凝土组合梁正截面抗弯承载力计算方法及

其构造措施,以期为内翻U型外包钢 混凝土组合

梁的工程设计提供参考。

1 组合梁有限元模型的建立和验证

1.1 组合连续梁有限元模型的建立

1.1.1 组合连续梁几何模型 利用ABAQUS建

立文献[8]中的内翻U形高强外包钢 高强混凝土

连续组合梁有限元模型,组合连续梁跨度、荷载作用

位置及截面尺寸分别见图1、图2。模型两跨,每跨

长度为3m。模型截面腹底布置2根、翼顶布置8
根、翼底布置6根直径均为6mm的纵向钢筋,翼缘

横向分布钢筋直径为6mm,并穿过U型钢板顶部

内翻翼缘的开孔板孔洞,梁腹部采用双肢6mm箍

筋。外包钢板除底板厚为6mm外,其他部位钢板

厚度均为3mm,钢板底部焊有直径16mm、高度

70mm、间距160mm的栓钉,外包钢形状、尺寸见

图2。试件B1、B2、B3其他条件均相同,但翼顶6
根纵向钢筋直径分别均为6、10、14mm。试件混

凝土强度标准值fcuk=50.8MPa,钢筋、钢板材料

性能参数见表1。

表1 钢筋及钢板实测力学性能

Table1 Materialpropertiesofrebarsandsteels

钢材

类型

直径或厚

度/mm

屈服强

度/MPa

极限强

度/MPa

伸长

率/%

钢筋

6 390 625 36

10 380 600 28

14 365 580 25

钢板
3 466 654 16

6 465 660 18

1.1.2 材料本构模型 组合梁有限元模型的混凝

土本构模型采用塑性损伤模型,混凝土的单轴受力

应变曲线采用过镇海[11]建议的混凝土单轴受力本

构模型。其他参数取值为:混凝土的泊松比取0.2,
流动势偏角取0.1,双轴等压时混凝土的强度和单
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图1 两跨组合连续梁及荷载

Fig.1 Atwo-spancompositecontinuousbeamanditsload
 

图2 组合连续梁截面

Fig.2 Compositecontinuousbeamsection
 

轴强度的比值取1.16,拉压子午线上的第二应力不

变量的比值取2/3,在保证计算速度以及收敛性的

前提下,修正的粘性系数取10-5,膨胀角取38°。
模型中的钢板的本构模型采用弹塑性硬化模

型,强度准则采用 Mises屈服准则和相关联流动法

则,其单轴应力 应变表达式采用Ding等[12]建议的

单轴本构模型,钢筋本构采用单轴理想的弹塑性本

构模型。
1.1.3 接触关系 U型箱梁与混凝土之间的接触

面存在切向和法向作用,其法向采用硬接触,切向采

用罚函数,摩擦因子根据刘威[13]的建议取0.25。加

载板与混凝土、钢梁绑定,不考虑混凝土与钢筋、栓
钉以及开孔板连接件之间的滑移,将钢筋、栓钉及开

孔板连接件嵌入混凝土中。
1.1.4 单元类型、网格划分和边界条件 混凝土和

加载板采用八节点减缩积分实体单元C3D8R;内翻

U型外包钢采用四节点减缩积分壳单元S4R,沿壳

单元的厚度方向采用9个节点的Simpson积分;钢
筋采用两节点线性三维桁架单元T3D2;栓钉采用线

性梁单元B31。组合两跨连续梁有限元模型见图3。
如图3所示,组合梁模型模拟分析边界条件与

试验条件一致,中间支座为U1=U2=U3=UR2=
UR3=0,即模型可以在中间支座绕X 轴转动;两端

支座为U1=U2=UR2=UR3=0,即模型可以在两

端支座绕X轴转动和沿Z 轴移动。

图3 内翻U型外包钢 混凝土组合两跨连续梁有限元模型

Fig.3 FEmodelofintrosusU-shapedsteel-encased
concretecompositetwo-spancontinuousbeam

 

1.2 有限元模型验证

分别对文献[8]中的3个试验试件B1、B2、B3
建立组合两跨连续梁有限元模型,利用建立的组合

两跨连续有限元模型进行荷载跨中挠度数值模拟,
并与文献[8]的试件试验结果进行对比来验证建立

的组合梁有限元模型的材料本构模型、单元类型、边
界条件和接触等在数值模拟中的适用性。
1.2.1 梁试验试件现场变形与模型模拟变形比较

 文献[8]试件试验表明,组合两跨连续梁3个试验

试件B1、B2、B3从加载到破坏经历了弹性、弹塑性

和破坏3个阶段。每个试件当试验荷载大于0.85
峰值荷载时,U形外包钢及部分纵向受力钢筋已经

屈服,垂直于梁纵轴线裂缝快速发展,裂缝宽度超过

0.3mm。最后,试件中间支座截面纵向受拉钢筋屈

服形成塑性铰,其后中间截面的负弯矩不再增加,两
跨跨中截面的正弯矩持续增加,直至试件两跨跨中

U形外包钢底板也屈服,试件刚度急剧下降,挠度急

剧增加,最后试件丧失截面承载力,试件破坏后的现

场变形见图4(a),表现出明显的弯曲破坏特征。
组合两跨连续梁有限元模型荷载 跨中挠度数

值模拟荷载达到弯曲破坏极限荷载时典型的混凝

土、钢板、钢筋应力云图与变形见图4(b)、(c)。由

图4可知,组合两跨连续梁有限元模型模拟的弯曲

破坏极限荷载应力最不利位置位于两跨跨中底部与

中间支座负弯矩区,组合两跨连续梁有限元模型模

拟的梁跨中附近挠度最大,中间支座截面转动最大,
组合两跨连续梁有限元模型模拟的弯曲破坏极限荷

载时梁的应力与变形规律与梁试验弯曲破坏时变形

现象一致。
1.2.2 梁模型模拟结果与试验荷载 位移曲线特征

点比较 试件B1、B2、B3试验荷载挠度曲线见图5,
3个试验试件试验时表示出明显的弯曲破坏特征,
试件达到屈服荷载后,荷载挠度曲线刚度逐渐下降,
变化比较平稳,连续组合梁中间支座和跨中截面塑

性变形充分发展,连续组合梁延性较好。
利用建立的组合梁有限元模型对文献[8]中的

3个试件B1、B2、B3进行荷载 跨中挠度数值模拟,
其组合梁有限元模型模拟结果与相应试验结果的对

比见图5(由于组合梁有限元模型的对称性,只选取

模型模拟的一跨荷载 跨中挠度曲线与其试验荷载
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跨中挠度曲线进行对比)。

图4 组合梁有限元模型极限荷载时的应力云图及其

变形与试件试验现场变形

Fig.4 Stressnephogramoffiniteelementmodelofacomposite
beamunderultimateloadanditsdeformationandin-situ

deformationofaspecimen
 

由图5对比可知,组合梁有限元模型荷载 跨中

挠度数值模拟结果与其试验的荷载 跨中挠度曲线

十分相似。采用“通用屈服弯矩法”(见图6)求得组

合梁有限元模型荷载 跨中挠度数值模拟结果的相

应屈服荷载[14],并将组合梁有限元模拟得到的屈服

荷载和屈服位移、峰值荷载和峰值位移与相应试验

结果的对比列于表2中。由表2可知,组合两跨连

续梁有限元模型模拟的荷载 跨中挠度的屈服、峰值

荷载值与梁的试验荷载跨中挠度对应值的最大误差

为9.9%。这是因为有限元模拟误差是由试件试验

荷载、挠度测量与有限元模型材料本构模型模拟误

差带来的,但小于10%,这个计算精度对土木工程

而言总体可以接受。

图5 试件试验荷载 挠度曲线与模拟的对比

Fig.5 Comparisonofload-deflectioncurvesbetween
testandsimulation

 

图6 通用屈服弯矩法示意图

Fig.6 Schematicdiagramofgeneralyieldmomentmethod
 

表2 试件主要试验结果与数值模拟结果比较

Table2 Comparisonoftestresultsandsimulationresultsofspecimens

No. Py/kN Pny/kN δ/% Pmax/kN Pnmax/kN δ/% Δy/mm Δny/mm δ/% Δx/mm Δnx/mm δ/%

B1 094.5 100.7 6.5 278.2 298.2 7.2 7.8 8.3 5.4 63.7 59.0 -7.4

B2 127.1 130.2 2.4 296.6 315.1 6.3 8.1 8.3 3.3 50.5 52.9 -4.7

B3 208.0 215.9 3.8 298.2 328.0 9.9 8.6 9.4 9.3 47.4 50.2 -5.9

注:Pny、Pnmax、Δny、Δnx分别为组合梁数值模拟屈服荷载、峰值荷载和屈服位移、峰值位移;Py、Pmax、Δy、Δx表示为组合梁试验结果;δ为相对

误差。

1.2.3 梁模型模拟的试验荷载 位移曲线特征点应

力应变分析 图5中3个组合连续梁试验与模型模

拟荷载 跨中挠度曲线十分相似,因此,只取B1组合

梁模型模拟结果为代表,提取B1组合梁模型钢筋、
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钢板和受压混凝土边缘混凝土关键点模型屈服、峰
值时的应力或应变,列于表3中。依据材性试验,钢
筋(6mm)屈服时的应力为390MPa,钢板屈服时的应

力为465MPa;混凝土的峰值压应变为0.002左右,混
凝土极限压应变为0.0033左右。从表3中可见,B1
模型荷载 挠度模拟过程中,在加载到峰值荷载时,除
支座截面外包钢板底部受压应力为142.10MPa(<
465MPa)未屈服外,支座截面外包钢板顶部、跨中外

包钢顶部和底部、全部受拉或受压钢筋均屈服,截面

受压混凝土塑性发展明显,跨中、中支座受压混凝土

边缘应变为0.00334和0.00322,都大于受压混凝

土峰值应变0.002,且接近或超过受压混凝土极限

压应变0.0033。B1模型模拟的荷载挠度过程中,
中间支座和跨中截面表现出明显的弯曲破坏特征,
与组合梁B1的试验试件试验荷载变形破坏特征高

度一致。

表3 有限元模型B1荷载 挠度荷载特征值点时截面关键点应力应变

Table3 Stressesandstrainsatsectionkeypointsonloadcharacteristicpointsoftheload-deflectionoffiniteelementmodelB1

荷载特征

应力/MPa

跨中

底钢板

中支座

底钢板

跨中

顶钢板

中支座

顶钢板

跨中受

拉主筋

跨中受

压主筋

中支座

受拉主筋

中支座

受压主筋

受压混凝土边缘应变

跨中 中支座

屈服 185.39 52.38 101.73 113.56 129.79 113.41 148.85 101.16 0.000757 0.000254

峰值 465.00 142.10 465.03 465.01 390.15 390.74 390.19 390.24 0.003340 0.003220

  有限元模型模拟和试验试件的荷载 跨中挠度

曲线表明,合理配置钢筋的U型外包内翻组合梁发

生弯曲破坏,荷载达到组合梁峰值荷载时,组合梁跨

中与中支座截面除中支座底板受压没屈服外,其他

钢筋或钢板无论受拉还是受压,都达到其屈服应力,
受压的混凝土边缘应变接近或超过混凝土极限压应

变0.0033,受压混凝土应力基本都达到混凝土受压

峰值应力,U型外包组合梁正截面承载力可以采用

大多数组合梁正截面承载力计算采用的简化塑性理

论计算。组合两跨连续梁有限元模型荷载 跨中挠

度模拟与梁的试验荷载跨中挠度变形规律基本一

致,说明组合两跨连续梁建模方法及参数选取具有

合理性,建立的组合两跨连续梁有限元模型具有满

足工程要求的准确性和可靠性。

2 组合梁模型正截面抗弯承载力影响

参数分析

  为了深入研究新型内翻U形外包钢 混凝土组

合梁正截面抗弯承载力,采用上述模拟较准确的

B1、B2有限元模型,对组合梁正截面抗弯承载力进

行参数分析。T形组合梁有限元模型荷载 挠度模

拟主要研究参数包括:腹板和翼缘受力纵筋直径、U
形外包钢梁厚度、混凝土强度、翼缘尺寸、腹板尺寸、
一体式开孔板连接件尺寸及其开孔间距、孔径、贯通

钢筋直径、底部栓钉尺寸及间距,组合梁有限元模型

荷载 挠度模拟参数见表4。表4中组合梁有限元模

型编号,B1开头的组合梁有限元模型以相应试验试

件B1几何尺寸及截面配筋为参考建立,B2开头的

组合梁有限元模型以试验试件B2几何尺寸及截面

配筋为参考建立,仅改变表格中阐明的变量(其中,
B2-PBLB3、4、5、6的侧板、底板厚度均为6mm)。
各参数下的组合梁有限元模型模拟得到的各跨中荷

载 挠度曲线见图7。

表4 试件有限元模型正截面抗弯性能分析参数

Table4 Parametersofnormalsectionbendingperformance
analysisofspecimenfiniteelementmodels

试件名称 变化部分 变化参数 变化值

B1
B2
B3

翼缘受力纵筋 直径/mm
06
10
14

B2-FBZJ6
B2-FBZJ10
B2-FBZJ14

腹板受力纵筋 直径/mm
06
10
14

B2-46
B2-56
B2-66
B2-38
B2-39
B2-310

U形外包钢梁

侧板/mm

底板/mm

04
05
06
08
09
10

B2-C40

B2-C45

B2-C60

B2-C65

混凝土

混凝土轴心

抗压强度

设计值/

(N·mm-2)

19.1

21.1

27.5

29.7

B2-YYG80
B2-YYG100
B2-YYG120
B2-YYK660
B2-YYK680
B2-YYK700

T形混凝土梁

翼缘尺寸

翼缘高/

mm

翼缘宽/

mm

080
100
120
660
680
700
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续表4

试件名称 变化部分 变化参数 变化值

B2-FBG140

B2-FBG150

B2-FBG160

B2-FBK110

B2-FBK120

B2-FBK130

T形混凝土

梁腹板尺寸

腹板高/

mm

腹板宽/

mm

140

150

160

110

120

130

B2-PBLB3

B2-PBLB4

B2-PBLB5

B2-PBLB6

B2-PBLH50

B2-PBLH60

B2-PBLH70

B2-PBLD20

B2-PBLD25

B2-PBLD30

一体式开孔板

连接件尺寸

厚度/mm

高度/mm

开孔直径/

mm

003

004

005

006

050

060

070

020

025

030

B1-80

B1-120

B1-160

开孔板连接件

开孔板连

接件间距/

mm

080

120

160

B2-G6

B2-G10

B2-G14

贯通钢筋 直径/mm

006

010

014

B2-S160

B2-S120

B2-S80

B2-SD10

B2-SD13

B2-SD16

B2-SD19

B2-SC70

B2-SC60

B2-SC50

底板栓钉

间距/mm

直径/mm

长度/mm

160

120

080

010

013

016

019

070

060

050

2.1 板和翼缘受力纵筋直径

由图7(a)可知,组合梁无论是增大腹板还是增

大翼缘的钢筋直径,组合梁的正截面抗弯承载力和

刚度均增加。保持其他参数不变,腹板纵筋直径分

别为10、14mm的组合梁模型与腹板纵筋为6mm
的组合梁模型相比,组合梁的正截面抗弯承载力分

别提高了3.1%和8.6%,初始刚度分别提高了

1.8%和4.5%,而翼缘纵筋直径分别为10、14mm
的组合梁模型与翼缘纵筋为6mm的组合梁模型相

比,组合梁的正截面抗弯承载力分别提高了6.7%

和11.1%,初始刚度分别提高了1.3%和4.7%,但
翼缘钢筋直径的增加会导致组合梁延性的下降。

图7 各参数下组合两跨连续梁有限元模型模拟

的跨中荷载 挠度曲线

Fig.7 Load-deflectioncurvesinmid-spansimulatedbyfinite
elementmodelofcompositetwo-spancontinuousbeams

undervariousparameters
 

2.2 U形外包钢梁厚度

保持组合梁模型其他参数不变,不同侧板的厚

度和底板厚度对组合梁正截面抗弯承载力的影响如

图7(b)所示。提高组合梁外包钢侧板和底板厚度,
组合梁的正截面抗弯承载力和刚度都大大增加,但
侧板厚度的增加对提高梁正截面抗弯承载力和刚度

更加明显。侧板厚度分别为5、6mm的组合梁模型
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与侧板厚为4mm的组合梁模型相比,组合梁模型

正截面抗弯承载力分别提高了13.1%和24.4%,初
始刚度分别提高了4.9%和9.4%;底板厚度分别为

9、10mm的组合梁模型与侧板厚为8mm的组合梁

模型相比,组合梁模型正截面抗弯承载力分别提高

了7.3%和14.5%,初始刚度分别提高了4%和

7.9%。
2.3 混凝土强度

保持组合梁模型其他参数不变,不同的混凝土

强度等级对正截面抗弯承载力的影响如图7(c)所
示。混凝土强度对组合梁正截面抗弯承载力有一定

影响,但对刚度影响较小。组合梁模型其他参数不

变,仅改变组合梁混凝土强度等级时,C45、C60、C65
强度等级的组合梁模型与C40强度等级的组合梁模

型相比,组合梁的正截面抗弯承载力分别提高了

0.3%、3%和4%,但初始刚度几乎没有变化。
2.4 梁翼缘尺寸

如图7(d)所示,在T形组合梁模型其他参数不

变的情况下,增大组合梁翼缘高度,组合梁正截面抗

弯承载力显著提高,刚度也随之提高。翼缘高度为

100、120mm的组合梁模型与翼缘高度为80mm的

模型相比,正截面抗弯承载力分别提高了13.1%和

17.3%,初始刚度分别提高了20.8%和36.4%;翼
缘宽度为680、700mm的组合梁模型与翼缘宽度为

660mm的模型相比,正截面抗弯承载力和初始刚度

几乎没有变化,这主要是由于该两跨连续组合梁的

正截面抗弯承载力极限状态由中间支座负弯矩控

制,支座负弯矩区组合梁翼缘处于受拉区,受拉区混

凝土开裂后对正截面抗弯承载力和刚度几乎没有

影响。
2.5 梁腹板尺寸

T形组合梁模型保持其他参数不变,仅改变梁

腹板尺寸,组合梁有限元模型跨中荷载 挠度曲线模

拟结果如图7(e)。无论是增加腹板高度,还是腹板

宽度,连续组合梁的正截面抗弯承载力和刚度都得

到明显提高。仅改变腹板高度,高度为150、160mm
的模型与高度为140mm的模型相比,正截面抗弯

承载力分别提高了5.9%和6.3%,初始刚度分别提

高了18.8%和27.7%。仅改变腹板宽度,宽度为

120、130mm的模型与宽度为110mm的模型相比,
正截面抗弯承载力分别提高了5.2%和9.3%,初始

刚度分别提高了17.9%和20.3%。
2.6 开孔板连接件尺寸

由图7(f)可知,一体式开孔板连接件尺寸对组

合梁正截面抗弯承载力和刚度影响微弱。组合梁模

型其他参数不变,仅改变PBL连接件厚度时,厚度

为4、5、6mm的模型与厚度为3mm的模型相比,正
截面抗弯承载力分别提高了1.0%、1.3%、1.9%,
初始刚度提高幅度微弱,仅为0.5%左右。组合梁

模型其他参数不变,仅改变PBL连接件高度时,高
度为60、70mm的模型与高度为50mm的模型相

比,正截面抗弯承载力分别提高了0.2%和0.5%,
初始刚度几乎没有变化;组合梁模型其他参数不变,
仅改变PBL连接件开孔直径时,直径为25、30mm
的模型与直径为20mm的模型相比,正截面抗弯承

载力和初始刚度几乎没有变化。原因是开孔板连接

件在新型内翻U形外包钢 混凝土连续组合梁中主

要作用为承担T形混凝土梁与U形钢梁之间的界

面纵向剪力和抵抗T形混凝土梁整体弯曲导致组

合结构分离而产生的掀起力,保证二者协同变形,共
同工作,充分发挥各自的材料性能。

2.7 开孔板连接件开孔间距

组合梁有限元模型开孔板连接件不同开孔间距

的荷载 挠度曲线模拟结果如图7(g)所示。在组合

梁模型其他参数不变的情况下,随着连接板开孔间

距的减小,组合梁模型的刚度增大,但对组合梁模型

正截面抗弯承载力的影响不明显。连接板开孔间距

为80、120mm的组合梁模型与开孔间距为160mm
的模型相比,组合梁正截面抗弯承载力分别提高了

2.0%和1.3%,初始刚度分别提高了16.4%和

14.8%,初始刚度随着开孔间距的减小而提高明显。
原因是开孔板剪力连接件的主要作用是使T形混

凝土梁和外包钢组合成整体,抵抗混凝土梁与外包

钢在外力作用下界面之间产生的剪力和掀起力,虽
然对正截面抗弯承载力影响不大,但是对截面初始

刚度影响明显。

2.8 开孔板贯通钢筋直径

保持组合梁模型其他参数不变,仅改变组合梁

一体式开孔板贯通钢筋直径,其计算结果如图7(g)
所示。由图7(g)可知,随着贯通钢筋直径的增加,
增强了一体式开孔板剪力连接件孔洞中的混凝土

榫[15],使得组合梁整体刚度随直径增大而增大,但
对组合梁正截面抗弯承载力影响不明显。贯通钢筋

直径分别为10、14mm的模型与直径为6mm的模

型相比,组合梁模型正截面抗弯承载力分别提高了

1.3%和3.7%,初始刚度分别提高了16.3%和

16.8%。
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2.9 底部栓钉尺寸及间距

由图7(h)可知,栓钉间距为80、120mm的组合

梁模型与间距为160mm的模型相比,组合梁正截

面抗弯承载力分别提高了6.6%和7.6%,初始刚度

分别提高了4.2%和0.4%,但栓钉间距为80mm
的组合梁模型正截面抗弯承载力比栓钉间距为

120mm的组合梁模型正截面抗弯承载力低1%。可

见,在一定范围内加密栓钉,可以稍微提高组合梁正

截面承载力和刚度,当超过某一范围时,减少栓钉间

距反而使得组合梁正截面承载力略微下降。从图7
(h)组合梁模型模拟计算结果出发,建议组合梁底板

栓钉间距不小于80mm或5d(d为栓钉直径)。如

图7(h)所示,组合梁底板不同的栓钉直径和长度对

组合梁正截面抗弯承载力和刚度的影响微弱,正截

面抗弯承载力和初始刚度均无明显变化。当T型

组合梁底部腹板受拉时,T形截面混凝土和外包钢

梁之间的剪力和掀起力大部分可由一体式开孔板剪

力连接件承担,组合梁底部栓钉作用较弱。因此建

议,当T形组合梁底部腹板受拉时,底部钢板可设

置较少栓钉,减少现场焊接工作,降低施工难度和加

快施工进度。
综上所述,影响新型内翻U形外包钢 混凝土

组合梁正截面抗弯承载力的关键因素为T形梁腹

板和翼缘受力纵筋直径、U形外包钢梁厚度、混凝土

轴心抗压强度、翼缘高度、腹板高度和宽度。

3 组合梁正截面抗弯承载力计算方法

3.1 基本假定

基于组合梁有限元模型模拟分析与组合梁试验

成果,计算内翻U形外包钢 混凝土组合梁正截面

抗弯承载力时,可采用简化塑性理论,并假定[16-17]:
1)混凝土翼板与内翻U形外包钢之间抗剪连

接件的数量足以充分发挥组合梁截面的抗弯能力。
2)组合梁的应变符合平截面假定。
3)不考虑开裂后受拉混凝土的作用,混凝土压

应力为均匀分布的矩形应力分布,并达到混凝土轴

心抗压强度设计值。
4)根据塑性中和轴的位置,U形外包钢、钢筋可

能全部受拉或部分受压部分受拉,但都假定为均匀

受力,并达到钢材、钢筋的抗拉或抗压强度设计值。
3.2 正截面抗弯承载力计算理论分析

组合梁配筋截面如图8所示,其中bf、hf、bw、

hw、h分别为翼缘宽度、高度、腹板宽度、高度与截面

总高度;t1、t2、t3 分别为开孔板剪力连接件厚度、钢

梁侧板厚度以及底板厚度;h1、h2为开孔板连接件顶

部混凝土保护层厚度、开孔板连接件上、下板条高

度;as为钢筋合力作用点到近侧截面边缘的距离;b1
为内翻钢梁翼缘宽度。根据组合梁正截面抗弯承载

力计算假定,按组合梁T形截面承受的正负弯矩和

T形截面塑性中性轴的不同,组合梁T形截面正截

面抗弯承载力计算可分为图9~图12所示的4种计

算简图计算。各计算简图根据T形截面平衡条件

和组合梁截面设计要求,可以推出组合梁正截面抗

弯承载力塑性理论计算公式。

图8 组合梁配筋截面

Fig.8 Reinforcementsectionofacompositebeam
 

图9 承受正弯矩作用的T形截面塑性中和

轴在翼缘内时的计算简图

Fig.9 CalculationDiagramofT-sectionBearingPositive
MomentwithPlasticNeutralAxisintheFlange

 

图10 承受正弯矩作用的T形截面塑性中和轴

在腹部内时的计算简图

Fig.10 CalculationDiagramofT-sectionBearingPositive
MomentwithPlasticNeutralAxisintheWeb

 

图11 承受负弯矩作用的T形截面塑性中和轴

在腹部内时的计算简图

Fig.11 CalculationDiagramofT-sectionBearingNegative
MomentwithPlasticNeutralAxisintheWeb

 

3.2.1 承受正弯矩作用的T形截面抗弯承载力

1)承受正弯矩作用的组合梁T形截面,塑性中

和轴在T形截面翼缘内,且在开孔板上翼缘与混凝
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图12 承受负弯矩作用的T形截面塑性中和轴在翼缘

内时的计算简图

Fig.12 CalculationDiagramofT-sectionBearing
NegativeMomentwithPlasticNeutralAxisintheFlange

 

土边缘之间,截面计算简图见图9,当

fcbfh1≥fdAd
fdAd=4fyt1h2+2fyt2b1+2fyt2(hw-t2-

t3)+fybwt3+f'ysA's
  则

fcbfx=fdAd-fysAs
M≤Mu=fcAcy1+fysAysy2+fyA1y3+

fy(Ast-A1)y4+f'ysA'ysy5
式中:M 为截面弯矩设计值,N·mm;Mu 为截面抗

弯承载力设计值,N·mm;A1、Ac、Asc、Ast分别为开

孔板连接件上翼缘钢板面积、混凝土受压面积、钢板

受压面积、钢板受拉面积,mm2;x为混凝土受压区

高度,mm;y1为受压混凝土截面应力的合力作用点

至中性轴的距离,mm;y2 为翼缘板主筋应力的合力

作用点至中性轴的距离,mm;y3 为PBL上翼板截

面应力的合力作用点至中性轴的距离,mm;y4 为除

PBL上翼板外,其他钢板(包括PBL下翼板、内翻钢

板翼缘、U形板)截面应力的合力作用点至中性轴的

距离,mm;y5为腹板主筋应力的合力作用点至中性

轴的距离,mm;fy、fc分别为钢板屈服强度和混凝

土抗压强度设计值,N/mm2;f'ys为底部纵筋屈服强

度设计值,N/mm2;Ays'为底部纵筋面积,mm2;fys
为翼缘纵筋屈服强度设计值,N/mm2;Ays为翼缘纵

筋面积,mm2。
2)承受正弯矩作用的组合梁T形截面,塑性中

和轴在T形截面腹板内,如图10所示,当
Aufy+f'ysA'ys>bfhffc+fyApbl+fysAys

  则

fysAys+fyA1+fcAc+fy(Asc-A1)=
f'ysA'ys+fyAst

Ac=bfhf+(x-hf)(bw-2t2)
M≤Mu=fysAysya+fyA1yb+fcAcyc+
fy(Asc-A1)yd+f'ysA'ysye+fyAstyf

式中:Au、Apbl分别为内翻 U形钢板全截面面积、

PBL连接件截面面积,mm2;ya 为翼缘板主筋应力

的合力作用点至中性轴的距离,mm;yb 为PBL上

翼板截面应力的合力作用点至中性轴的距离,mm;

yc为受压混凝土截面应力的合力作用点至中性轴

的距离,mm;yd 为PBL下翼板、内翻钢板翼缘、U
形钢板受压区截面应力的合力作用点至中性轴的距

离,mm;ye为腹板主筋应力的合力作用点至中性轴

的距离,mm;yf为U形钢梁受拉区截面应力的合力

作用点至中性轴的距离,mm。
3.2.2 承受负弯矩作用的T形截面抗弯承载力

1)承受负弯矩作用的组合梁T形截面,塑性中

和轴在T形截面腹板内,如图11所示,当
Aufy+f'ysA'ys>bfhffc+fyApbl+fysAys

  则

fysAys+fyA1+fy(Ast-A1)=
fcAc+f'ysA'ys+fyAsc
Ac=(x-t3)(bw-2t2)

M≤Mu=fysAysy'1+fyA1y'2+fy(Ast-A1)y'3+
fcAcy'4+f'ysA'ysy'5+fyAscy'6

式中:y'1为翼缘板主筋应力的合力作用点至中性轴的

距离,mm;y'2为PBL上翼板截面应力的合力作用点至

中性轴的距离,mm;y'3为PBL下翼板、内翻钢板翼缘、

U形钢板受压区截面应力的合力作用点至中性轴的

距离,mm;y'4为受压混凝土截面应力的合力作用点至

中性轴的距离,mm;y'5为腹板主筋应力的合力作用点

至中性轴的距离,mm;y'为U形钢梁受压区截面应力

的合力作用点至中性轴的距离,mm。

2)承受负弯矩作用的组合梁T形截面,塑性中

和轴在T形截面翼缘内,如图12所示,当
Aufy+f'ysA'ys<bfhffc+fyApbl+fysAys

  则

fysAys=fyA1+fcAc+fy(Asc-A1)+f'ysA'ys
Ac=(x-t3)(bw-2t2)+bf(x-bw)

M≤Mu=fysAysy'a+fyA1y'b+fcAcy'c+
fy(Asc-A1)y'd+f'ysA'ysy'e

式中:y'a为翼缘板主筋应力的合力作用点至中性轴

的距离,mm;y'b为PBL上翼板截面应力的合力作用

点至中性轴的距离,mm;y'c为受压混凝土截面应力

的合力作用点至中性轴的距离,mm;y'd 为PBL下

翼板、内翻钢板翼缘、U形钢板受压区截面应力的合

力作用点至中性轴的距离,mm;y'e为腹板主筋应力

的合力作用点至中性轴的距离,mm。

3.3 组合梁正截面抗弯承载力理论计算与有限元

模型模拟结果对比分析

组合梁正截面抗弯承载力有限元模型模拟值与
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相应组合梁正截面抗弯承载力简化塑性理论计算值

的比较见表5、表6。

3.3.1 承受正弯矩作用的组合梁T形截面 由表

5可见,在承受正弯矩作用的54个组合梁T形截面

正截面抗弯承载力简化塑性理论计算值与相应正截

面抗弯承载力的模型模拟值的比较中,有46个的相

对误差在5%以内,占85%,而有8个的相对误差大

于5%,最大误差为11.1%,说明组合梁正截面抗弯

承载力采用简化塑性理论计算基本合理、正确。54
个组合梁正截面抗弯承载力模型模拟值与相应正截

面抗弯承载力简化塑性理论计算值的比值平均值为

0.967,方差为0.000380,最大值为0.99,最小值为

0.90,见图13(a)。

3.3.2 承受负弯矩作用的组合梁T形截面 由表

6可见,在承受负弯矩作用的54个组合梁T形截面

正截面抗弯承载力简化塑性理论计算值与相应正截

面抗弯承载力的模型模拟值的比较中,有52个的相

对误差在5%以内,占96%,而有1个的比值大于1,
最大误差为5.84%,说明组合梁负弯矩区正截面抗

弯承载力采用简化塑性理论计算基本合理、正确。

54个组合梁正截面抗弯承载力模型模拟值与相应

正截面抗弯承载力简化塑性理论计算值的比值平均

值为0.979,方差为0.000202,最大值为1.02,最小

值为0.94,见图13(c)。

表5 正弯矩区T形截面正截面抗弯承载力模拟值与理论值比较

Table5 ComparisonsbetweenthesimulatedvaluesandtheoreticalvaluesofT-sectionnormalsectionbendingcapacity
bearingpositivemoment

试件名称
Mu,FEA/

(kN·m)
Mu,IDA/

(kN·m)
Mu,FEA
Mu,IDA

0.96Mu,IDA
Mu,FEA

B1 135.89 137.50 0.99 0.97

B2 156.79 160.63 0.98 0.98

B3 188.14 195.32 0.96 1.00

B2-FBZJ6 156.79 160.63 0.98 0.98

B2-FBZJ10 165.06 168.15 0.98 0.98

B2-FBZJ14 176.85 179.49 0.99 0.97

B2-46 169.64 183.24 0.93 1.04

B2-56 196.05 203.44 0.96 1.00

B2-66 220.19 222.44 0.99 0.97

B2-38 166.13 184.60 0.90 1.07

B2-39 179.17 195.77 0.92 1.05

B2-310 193.83 206.82 0.94 1.02

B2-C40 141.69 152.52 0.93 1.03

B2-C45 143.64 154.13 0.93 1.03

B2-C60 159.60 162.04 0.98 0.97

B2-C65 161.22 162.97 0.98 0.97

B2-YYG80 127.22 133.25 0.95 1.01

B2-YYG100 156.79 160.63 0.98 0.98

B2-YYG120 175.94 180.34 0.98 0.98

B2-YYK660 156.56 160.53 0.98 0.98

B2-YYK680 156.79 160.63 0.98 0.98

B2-YYK700 157.71 162.18 0.97 0.99

B2-FBG140 133.17 141.89 0.94 1.02

B2-FBG150 156.79 160.63 0.98 0.98

B2-FBG160 168.02 171.95 0.98 0.98

B2-FBK110 149.73 155.61 0.96 1.00

B2-FBK120 156.79 160.63 0.98 0.98

B2-FBK130 165.29 167.95 0.98 0.98

试件名称
Mu,FEA/

(kN·m)
Mu,IDA/

(kN·m)
Mu,FEA
Mu,IDA

0.96Mu,IDA
Mu,FEA

B2-PBLB3 215.88 220.28 0.98 0.98

B2-PBLB4 217.14 221.01 0.98 0.98

B2-PBLB5 218.95 222.74 0.98 0.98

B2-PBLB6 220.19 222.44 0.99 0.97

B2-PBLH50 156.79 160.63 0.98 0.98

B2-PBLH60 156.08 162.79 0.96 1.00

B2-PBLH70 154.56 163.22 0.95 1.01

B2-PBLD20 155.88 162.48 0.96 1.00

B2-PBLD25 156.79 160.63 0.98 0.98

B2-PBLD30 154.83 161.11 0.96 1.00

B1-80 146.10 152.97 0.96 1.01

B1-120 148.57 152.97 0.97 0.99

B1-160 147.65 152.97 0.97 0.99

B2-G6 156.79 160.63 0.98 0.98

B2-G10 157.65 160.63 0.98 0.98

B2-G14 157.39 160.63 0.98 0.98

B2-S160 156.79 160.63 0.98 0.98

B2-S120 155.03 160.63 0.97 0.99

B2-S80 157.98 160.63 0.98 0.98

B2-SD10 154.87 160.63 0.96 1.00

B2-SD13 155.30 160.63 0.97 0.99

B2-SD16 156.79 160.63 0.98 0.98

B2-SD19 157.25 160.63 0.98 0.98

B2-SC70 156.79 160.63 0.98 0.98

B2-SC60 156.39 160.63 0.97 0.99

B2-SC50 154.56 160.63 0.96 1.00

注:表格中Mu,FEA为组合梁有限元模型计算值;Mu,IDA为组合梁塑性理论计算值。
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表6 负弯矩区T形截面正截面抗弯承载力模拟值与理论值比较

Table6 ComparisonsbetweenthesimulatedvaluesandtheoreticalvaluesofT-sectionnormalsectionbendingcapacity
bearingnegativemoment

试件名称
Mu,FEA/

(kN·m)
Mu,IDA/

(kN·m)
Mu,FEA
Mu,IDA

0.96Mu,IDA
Mu,FEA

B1 82.22 84.91 0.97 0.99

B2 126.42 128.07 0.99 0.97

B3 173.25 176.90 0.98 0.98

B2-FBZJ6 126.42 128.07 0.99 0.97

B2-FBZJ10 127.94 129.74 0.99 0.97

B2-FBZJ14 129.53 131.84 0.98 0.98

B2-46 133.41 138.77 0.96 1.00

B2-56 143.52 149.44 0.96 1.00

B2-66 152.99 160.07 0.96 1.00

B2-38 128.56 131.80 0.98 0.98

B2-39 129.5 133.79 0.97 0.99

B2-310 131.2 135.43 0.97 0.99

B2-C40 121.85 124.21 0.98 0.98

B2-C45 122.33 125.46 0.98 0.98

B2-C60 126.53 128.66 0.98 0.98

B2-C65 127.54 129.55 0.98 0.98

B2-YYG80 121.52 119.72 1.02 0.95

B2-YYG100 126.42 128.07 0.99 0.97

B2-YYG120 131.25 132.25 0.99 0.97

B2-YYK660 126.11 128.07 0.98 0.97

B2-YYK680 126.42 128.07 0.99 0.97

B2-YYK700 126.75 128.07 0.99 0.97

B2-FBG140 114.1 119.88 0.95 1.01

B2-FBG150 126.42 128.07 0.99 0.97

B2-FBG160 136.11 136.48 1.00 0.96

B2-FBK110 119.51 125.28 0.95 1.01

B2-FBK120 126.42 128.07 0.99 0.97

B2-FBK130 129.53 130.59 0.99 0.97

试件名称
Mu,FEA/

(kN·m)
Mu,IDA/

(kN·m)
Mu,FEA
Mu,IDA

0.96Mu,IDA
Mu,FEA

B2-PBLB3 142.72 139.38 0.98 0.98

B2-PBLB4 147.00 146.62 1.00 0.96

B2-PBLB5 151.27 150.28 0.99 0.97

B2-PBLB6 160.07 152.99 0.96 1.00

B2-PBLH50 128.07 126.42 0.99 0.97

B2-PBLH60 130.89 126.31 0.97 0.99

B2-PBLH70 133.70 125.89 0.94 1.02

B2-PBLD20 132.45 127.89 0.97 0.99

B2-PBLD25 128.07 126.42 0.99 0.97

B2-PBLD30 119.64 115.35 0.96 1.00

B1-80 128.07 123.46 0.96 1.00

B1-120 128.07 125.25 0.98 0.98

B1-160 128.07 126.42 0.99 0.97

B2-G6 128.07 126.42 0.99 0.97

B2-G10 128.07 127.43 0.99 0.96

B2-G14 128.07 127.56 1.00 0.96

B2-S160 128.07 126.42 0.99 0.97

B2-S120 128.07 124.95 0.98 0.98

B2-S80 128.07 127.41 0.99 0.97

B2-SD10 128.07 123.85 0.97 0.99

B2-SD13 128.07 124.25 0.97 0.99

B2-SD16 128.07 126.42 0.99 0.97

B2-SD19 128.07 127.98 1.00 0.96

B2-SC70 128.07 126.42 0.99 0.97

B2-SC60 128.07 125.98 0.98 0.98

B2-SC50 128.07 123.99 0.97 0.99

  由上述组合梁T形截面承载力模拟值与计算

值的对比分析可见,组合梁正截面抗弯承载力简化

塑性理论计算值与相应正截面抗弯承载力的模型模

拟值比较接近,但组合梁正截面抗弯承载力简化塑

性理论计算值比绝大多数模型模拟值都大,说明组

合梁正截面抗弯承载力按简化塑性理论计算时约高

估了组合梁正截面抗弯承载力,组合梁达到正截面

抗弯承载力极限状态时,靠近组合梁截面中性轴附

近的混凝土或钢筋、钢板材料并没有达到完全塑性,
有必要进一步修正组合梁T形截面承载力简化塑

性理论计算值。

3.4 组合梁正截面抗弯承载力计算方法

组合梁正截面抗弯承载力可采用简化塑性理论

计算,但计算的组合梁正截面抗弯承载力简化塑性

理论计算值应乘小于1的修正系数rR。
对于承受正弯矩作用的组合梁T形截面正截

面抗弯承载力计算时,由于54个组合梁正弯矩区正

截面抗弯承载力有限元模型模拟值与理论计算值的

比值平均值为0.967,方差为0.00038,按具有95%
以上的保证率,该组合梁正弯矩区正截面抗弯承载

力修正系数应取rR=0.967-1.645×0.000380=
0.966。

对于承受负弯矩作用的组合梁T形截面正截面

抗弯承载力计算时,由于54个组合梁负弯矩区正截

面抗弯承载力有限元模型模拟值与理论计算值的比

值平均值为0.979,方差为0.000202,按具有95%以
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图13 T形截面正截面承载力模拟值与理论值的比较

Fig.13 Comparisonofthesimulatedvaluesandtheoretical
valuesofT-sectionnormalsectionbendingcapacity

 

上的保证率,该组合梁负弯矩区正截面抗弯承载力修

正系数应取rR=0.979-1.645×0.000202=0.978。
为简化计算,无论承受正弯矩作用还是负弯矩

作用,采用简化塑性理论计算组合梁T形截面正截

面抗弯承载力时,建议组合梁正截面抗弯承载力塑

性理论计算值应统一乘更偏安全的rR=0.96修正

系数。
因此,采用简化塑性理论计算得到组合梁T形

截面正截面抗弯承载力简化塑性理论计算值Mu,但
应取0.96Mu作为组合梁T形截面正截面抗弯承载

力设计计算值。

3.4.1 承受正弯矩作用的T形截面抗弯承载力

1)承受正弯矩作用的组合梁T形截面,塑性中

和轴在T形截面翼缘内,且在开孔板上翼缘与混凝

土边缘之间时

fcbfx=fdAd-fysAs
M≤Mu=0.96[fcAcy1+fysAysy2+fyA1y3+

fy(Ast-A1)y4+f'ysA'ysy5]
  2)承受正弯矩作用的组合梁T形截面,塑性中

和轴在T形截面腹板内时

fysAys+fyA1+fcAc+fy(Asc-A1)=
f'ysA'ys+fyAst

Ac=bfhf+(x-hf)hw
M≤Mu=0.96[fysAysya+fyA1yb+fcAcyc+

fy(Asc-A1)yd+f'ysA'ysye+fyAstyf]

  采用0.96Mu作为组合梁正截面抗弯承载力设

计计算值时与组合梁正截面抗弯承载力模型模拟计

算值的对比值见表5和图13(b),由图13(b)可知,
该54个比值的最大值为1.07,最小值为0.97,平均

比值为0.99,方差为0.00043,54个比值中有46个

比值小于≤1.00,占85%,仅有8个比值大于1.00,
占15%,说明0.96Mu 作为组合梁正截面抗弯承载

力设计计算值接近组合梁正截面抗弯承载力模型模

拟计算值,偏于安全。

3.4.2 承受负弯矩作用的T形截面抗弯承载力

1)承受负弯矩作用的组合梁T形截面,塑性中

和轴在T形截面腹板内时

fysAys+fyA1+fy(Ast-A1)=
fcAc+f'ysA'ys+fyAsc
Ac=(x-t3)(bw-2t2)

M≤0.96Mu=0.96[fysAysy'1+fyA1y'2+
fy(Ast-A1)y'3]+fcAcy'4+f'ysA'ysy'5+fyAscy'6]
  2)承受负弯矩作用的组合梁T形截面,塑性中

和轴在T形截面翼缘内

fysAys=fyA1+fcAc+fy(Asc-A1)+f'ysA'ys
Ac=(x-t3)(bw-2t2)+bf(x-bw)

M≤0.96Mu=0.96[fysAysy'a+fyA1y'b+
fcAcy'c+fy(Asc-A1)y'd+f'ysA'ysy'e]

  采用0.96Mu作为组合梁正截面抗弯承载力设

计计算值时与组合梁正截面抗弯承载力模型模拟计

算值的对比值见表6和图13(d),由图13(d)可知,
该54个比值的最大值为1.02,最小值为0.95,平均

比值为0.98,方差为0.000205,54个比值中均十

分接近1,说明0.96作为组合梁正截面抗弯承载力

设计计算值接近组合梁正截面抗弯承载力模型模拟

计算值,偏于安全。
由于已经通过组合两跨连续梁荷载 跨中挠度

试验现象成功验证了建立的组合两跨连续梁有限元

模型的可靠性,因而0.96Mu 作为组合梁正截面抗

弯承载力设计计算值也就经过了组合梁试件试验、
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组合梁截面理论分析和组合梁有限元模型模拟分

析,良好的一致性结果可综合判断为取组合梁正截

面抗弯承载力设计计算值为0.96Mu具有准确性和

可靠性。

4 结论

通过内翻U型外包钢 混凝土组合连续梁试验

成果验证了新型内翻U形外包钢 混凝土组合两跨

连续梁有限元模型建模方法和参数选取的合理性和

正确性,在综合组合梁正截面抗弯承载力的简化塑

性理论计算和模型参数模拟成果基础上,提出了新

型内翻U形外包钢 混凝土组合梁正截面抗弯承载

力计算方法及其构造措施,主要结论如下:

1)影响组合梁正截面抗弯承载力的关键因素

为:受力纵筋、U形外包钢板、混凝土强度、截面形状

与尺寸。

2)新型内翻U形外包钢 混凝土组合梁正截面

抗弯承载力可采用简化塑性理论计算,但组合梁达

到正截面抗弯承载力极限状态时,靠近组合梁截面

中性轴附近的混凝土或钢筋、钢板材料并没有达到

完全塑性。

3)采用简化塑性理论计算组合梁正截面抗弯承

载力时,组合梁正截面抗弯承载力塑性理论计算值

应乘0.96的修正系数。

4)当组合梁底部腹板受拉时,底部钢板可设置

较少栓钉,外包钢底板栓钉间距宜不小于80mm或

5d(d为栓钉直径)。
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