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装配式H型钢腹板开孔耗能支撑的滞回性能
黄晨凯,赵宝成

（苏州科技大学 江苏省结构工程重点实验室，江苏 苏州 215011）

摘 要：装配式H型钢腹板开孔耗能支撑是由腹板开孔H型钢和传力槽钢通过螺栓连接组成的新

型耗能支撑，能有效避免支撑构件失稳。为研究这种支撑的耗能能力及破坏机理，对试件进行低

周往复加载试验及有限元模拟分析。结果表明：装配式 H型钢腹板开孔耗能支撑滞回曲线饱满，

耗能能力强，变形能力好。在轴向荷载作用下，试件主要依靠开孔腹板孔间短柱进入塑性耗能，在

加载过程中，孔间短柱端部为薄弱部位，首先进入塑性，并最先发生断裂，随着加载的深入，孔间短

柱中间部位进入塑性的面积越来越大。加载过程中，螺栓与槽钢始终处于弹性状态。试件最终因

孔间短柱断裂导致破坏。H型钢耗能腹板长度相同时，腹板宽度越宽、孔间短柱高宽比越大，耗能

支撑承载力与刚度越小、变形能力越好，孔间短柱高宽比在 5~8之间较合理。建议长圆孔端部圆

弧到螺栓孔中心最短距离控制在 1.2d0~1.5d0之间。改变长圆孔圆弧半径对支撑的力学性能影响

很小。H型钢腹板宽度相同时，腹板长度越大，承载力与刚度越大。给出了装配式 H型钢腹板开

孔耗能支撑的设计方法与极限承载力公式。
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Hysteretic behavior of fabricated H-shaped steel web opening
energy dissipation support

HUANG Chenkai，ZHAO Baocheng
(Jiangsu Key Laboratory of Structure Engineering, Suzhou University of Science and Technology, Suzhou 215011,

Jiangsu, P. R. China)

Abstract: The fabricated H-shaped steel web opening energy dissipation support is a new type of energy-

consuming support composed of web opening H-shaped steel and force transmission channel steel connected by
bolts, which can effectively avoid the instability of supporting members. In order to study the energy dissipation
capacity and failure mechanism of this support, low-cycle reciprocating loading tests and finite element
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simulation analysis were performed on the specimens. The results show that the fabricated H-shaped steel web
opening energy dissipation support has a full hysteresis curve, strong energy dissipation capacity and good
deformability. Under the action of axial load, the test piece mainly relies on the short columns between the holes
of the open web to enter the plastic energy dissipation. The ends of the short columns between the holes are the
weak parts, which first enters the plastic during the loading process, and the fracture occurs first. With the
deepening of loading, the plastic area in the middle part of the short column between holes becomes large and
large. During the loading process, the bolts and channel steel are always in an elastic state. The specimen is
eventually damaged due to the fracture of the short column between the holes. When the length of H-shaped
steel energy dissipating web is the same, the wider the web width, the greater the height-width ratio of the short
column between the holes, the smaller the bearing capacity and stiffness of the energy dissipation support, the
better the deformation ability, and the short column height-width ratio between the holes in the range of 5-8 is
more reasonable. It is recommended that the shortest distance from the arc at the end of the oblong hole to the
center of the bolt hole be controlled between 1.2d0 and 1.5d0. Changing the arc radius of the oblong hole has
little effect on the mechanical properties of the support. When the width of the H-beam web is the same, the
greater the web length, the greater the bearing capacity and stiffness. The design method and ultimate bearing
capacity formula of fabricated H-shaped steel web opening energy dissipation support are give.
Keywords: energy dissipation support； hysteretic behavior； fabricated；H-shaped steel； ultimate bearing
capacity

中心支撑钢框架结构抗侧刚度大、抗侧效率

高，应用广泛，但在往复地震作用下，传统的中心支

撑杆件容易发生受压失稳，支撑斜杆重复压曲后，

其受压承载能力显著减小。为了避免中心支撑构

件受压屈曲，可考虑在中心支撑两端安装金属阻尼

器 [1-8]构成耗能支撑，基于文献[9]提出一种新型腹板

开孔耗能支撑，耗能支撑采用交叉双工字钢十字形

截面，两端与框架连接的工字钢腹板开长圆孔，通

过腹板开槽与中间工字钢拼接。在轴向力作用下，

支撑腹板孔口之间的孔间短柱首先剪切屈服进入

塑性耗散能量。这种支撑的耗能板件破坏后不易

替换，为解决这个问题，提出了装配式 H型钢腹板

开孔耗能支撑（图 1）。支撑由两块槽钢与填板通过

螺栓相连，支撑两端通过螺栓安装两个腹板开孔 H
型钢，H型钢与槽钢之间安置薄垫板，以减小摩擦带

来的影响。相对于焊接整体式耗能支撑，装配式耗

能支撑 [10-13]加工更方便，震后耗能部件易于更换。

设计并制作缩尺的装配式H型钢腹板开长圆孔

耗能支撑试件，进行低周往复加载试验，揭示试件在

循环荷载下的破坏机理，得到试件滞回曲线、骨架曲

线、刚度曲线等相关数据，为有限元分析提供验证模

型。在试验基础上，应用 ABAQUS有限元软件，分

析影响装配式H型钢腹板开孔耗能支撑滞回性能的

参数，提出装配式 H型钢腹板开孔耗能支撑的设计

方法及孔间短柱的合理设计范围。

1 试验概况

1. 1 试验模型

装配式 H型钢腹板开孔耗能支撑的设计原则：

耗能支撑达到极限承载力时不发生整体失稳破坏；

通过开孔削弱支撑两端耗能板件的截面，确保腹板

开孔 H型钢进入塑性耗能；整个加载过程中连接不

发生破坏。按上述原则，并参考相关规范及研究结

果，采用 1/2缩尺，选取 Q235B级钢材，并结合实验

室加载能力，设计耗能支撑试件。装配式 H型钢腹

板开孔耗能支撑试件的几何尺寸如图 2所示，试件

（a）耗能支撑轴测图

（c）耗能支撑拆解图

（b）开孔截面形式图

图 1 装配式H型钢腹板开孔耗能支撑

Fig. 1 Assembled H-beam web opening energy
dissipation support
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长 1 800 mm，中间槽钢长 1 640 mm,槽钢截面为

20a，试件两端腹板开孔 H型钢截面为 H250 mm×
175 mm×8 mm×12 mm，长 330 mm，开孔长度为

70 mm，开孔端部圆弧直径为 20 mm，开孔间距为

20 mm，H型钢与槽钢之间采用M16高强螺栓连接，

腹板与槽钢之间放置一块 203 mm×60 mm的垫板，

厚 2 mm。两块槽钢之间填板大小为 200 mm×80
mm，填板处采用M16高强螺栓连接。支撑两端焊

接矩形端板，厚 20 mm，通过 4个M22高强螺栓分别

与支座及作动器连接。并对试件进行稳定性验证

与螺栓承载力验证，均满足要求。

1. 2 材料性能

试件采用 Q235B级钢材，根据《钢及钢产品力

学性能试验取样位置及试样制备》（GB/T 2975—
2018）和《金 属 材 料 室 温 拉 伸 试 验 方 法》（GB/T
228. 1—2010）的有关规定对试件关键部位取样，进

行材性试验，确定钢材的屈服强度、抗拉强度、弹性

模量和伸长率等参数，结果见表 1。

1. 3 试验装置及加载制度

试验加载装置见图 3（a），轴向荷载通过连接在

加载架上的 500 kN液压伺服作动器施加，作动器吊

挂加于加载架上，加载端周边涂抹黄油，以消除摩

擦力的影响。试件的一端与限位装置连接，另外一

端与支座连接，都是通过高强螺栓连接。加载制度

参 照 美 国 SAC 规 范 [14]，每 一 加 载 级 幅 值 依 次 取

0. 375%H、0. 50%H、0. 75%H、1. 0%H、1. 5%H、

2. 0%H（H为框架柱高度），以此类推。在加载完成

0. 75%H前，每级循环 6圈，加载至 1. 0%H时循环 4
圈，之后每级加载循环 2圈，直到支撑破坏。试验仅

对耗能支撑进行低周往复加载，此加载通过框架结

构（图 3（c））的层间位移角进行转换，图中：H为框

架柱高度；L为斜支撑与节点总长；Δ为框架水平位

移；δ为支撑轴向变形；α为斜支撑与梁的夹角；θ为
层间位移角。通过式（1）~式（4）进行换算推导。

δ= Δcos α （1）
Δ= Hθ （2）
H= Lsin α （3）

δ= Lθcos αsin α= L
2 θsin 2α （4）

在式（4）中，消去 H，换算成支撑轴向变形与支

撑长度及节点总长度的关系，当 α取 45°时，支撑轴

向变形 δ取得最大值。将耗能支撑斜 45°应用于框

架结构中，如图 3（b）所示，节点长度取 450 mm，因此，

L=1 800 mm+450 mm+450 mm=2 700 mm。换

算后加载制度为：±6. 75 mm加载 6圈，±10. 125 mm
加载 6圈，±13. 5 mm加载 4圈，± 20. 25 mm加载 2
圈 ，±27 mm 加 载 2 圈 …… 以 此 类 推 ，直 至 试 件

破坏。

（a）试件整体尺寸

（b）A-A 剖面图 （c）腹板尺寸

图 2 试验试件几何尺寸（单位：mm）
Fig. 2 Geometry size of test specimen（Unit: mm）

（a）试验装置

（b）设置耗能支撑

的框架构造
（c）支撑轴向变形与

层间位移角关系

图 3 试验装置及框架构造

Fig. 3 Test device and frame structure

表 1 钢材的材料性能

Table 1 Material properties of steels

钢材

槽钢

支撑腹板

支撑翼缘

M16螺栓

fy/MPa

290. 18

284. 51

282. 38

944. 30

fu/MPa

490. 06

433. 05

448. 43

1 050

E/(N·mm-2)

2. 01×105

1. 90×105

199×105

2. 06×105

δ/%

23. 0

26. 3

32. 7
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1. 4 测点布置

试验共布置 6个位移计，于试件 H型钢翼缘处

布置 2个 50 mm量程的位移计（D-1和 D-2），用以测

量腹板开孔 H型钢与槽钢之间的相对位移。在试

件左右两端布置两个 100 mm量程的位移计（D-3和
D-4），置于地梁上，用以测量加载端的加载位移。

在试件两端端板之间布置两个拉线位移计（D-5和
D-6），用以测量支撑的轴向变形。具体布置见图 4。

在腹板首尾两根孔间短柱的两端及中间部位

各布置 1个应变片，H型钢翼缘处靠近端板的部位

各布置 1个应变片，共 4个应变片；槽钢中部共布置

5个应变片（图 5）。

2 试验现象及破坏分析

2. 1 试验现象

加载装置如图 6（a）所示，加载前两级试件无明

显变化。加载至第 3级正向第 1圈（+10. 125 mm）

时，端孔开始有变小的趋势（图 6（b））。加载至第 4
级正向第 1圈（+13. 5 mm）时，端孔进一步变小，孔

间短柱端部可见细小裂纹，腹板有略微的向内缩屈

趋势。加载至第 4级正向第 4圈（+13. 5 mm）时，端

孔变形较大，孔间短柱可见明显裂纹，H型钢翼缘与

槽钢距离缩小。加载至第 5级正向第 1圈（+20. 25
mm）时，端孔变形较大，加载过程中听见响声，应为

部分孔间短柱塑性损伤积累严重，开始断裂。继续

加载，承载力突然下降显著，停止加载，拆卸试件后

见图 6（c）,开孔腹板孔间短柱端部多处断裂。

2. 2 试件破坏分析

在低周往复加载中，装配式 H型钢腹板开孔耗

能支撑的开孔腹板孔间短柱首先进入塑性耗能。孔

间短柱两端应力大，不可逆塑性损伤积累快，加载过

程中先出现细小裂纹；随着加载的继续进行，塑性向

孔间短柱中间部位发展，端部裂纹逐渐扩大为裂口，

长圆孔变形可观；加载后期，孔间短柱靠近支座一侧

最先断裂，另一侧裂口清晰可见。因孔间短柱断裂

破坏，耗能支撑无法继续承载，承载力出现突然下降

的情况。整个加载过程中，螺栓与槽钢处于弹性状

态，未发生塑性变形，腹板螺栓孔完好，未发现应力

集中现象。低周往复荷载作用下，孔间短柱两端容

易进入塑性破坏，装配式 H型钢腹板开孔耗能支撑

的破坏模式为开孔腹板孔间短柱断裂破坏。

支撑右侧开孔腹板孔间短柱断裂比左侧严重，

并且孔间短柱靠近支座一侧先断裂，原因是试验试

件与支座固定时不是完全轴心受力构件，存在次弯

矩的影响，导致受力不均匀，随着加载的深入，影响

也愈发明显，最终出现这种情况。

（a）加载装置及加载前布置

（b）端孔变小 （c）腹板破坏形态

图 6 试验现象

Fig. 6 The test phenomenon

（a）前视图

（b）俯视图

图 4 位移计布置图

Fig. 4 Layout diagram of displacement meter

(a) 前视图

(b) 后视图

(c) 俯视图

图 5 应变片布置图

Fig. 5 Layout diagram of strain gauge
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3 试验结果分析

3. 1 滞回曲线

滞回曲线能反映整个试件的变形能力及耗能

能力。以位移计 D-3与 D-4的平均值绘制滞回曲

线，如图 7所示,曲线饱满，无捏缩现象，加载前期，

曲线基本为线性，试件很快进入弹塑性状态；加载

后期，承载力上升较为平缓，正负两方向初始弹性

刚度基本一致。加载至层间位移角 1. 5%时，试件

承载力突然下降，对应试验现象中的开孔腹板孔间

短柱断裂，此时试件无法继续承载。

3. 2 骨架曲线

骨架曲线能反映出试件的刚度、承载能力和变

形能力。如图 8所示，位移加载至 5 mm之前，试件

处于弹性阶段，承载力上升明显，曲线呈线性。加载

位移超过 5 mm之后，试件进入弹塑性阶段，有明显

的弹塑性拐点，在此阶段，试件表现出良好的变形能

力，承载力上升平缓稳定，整个弹塑性阶段未出现承

载力波动，可见试件稳定可靠。当加载位移增大至

15 mm左右时，正向承载力达到峰值 165. 81 kN，此

时，孔间短柱端部发生断裂，曲线出现大幅下降段，

试件达到极限荷载，无法继续承载。

3. 3 刚度退化曲线

采用割线刚度来分析刚度退化，刚度退化曲线

如图 9所示。试件刚度退化规律为：加载初期，试件

刚度退化较快，加载后期，刚度下降速度减缓，整个

刚度退化曲线较为平滑，加载过程中未出现突然退

化，说明试件在完全失效前具有较高的稳定性。试

件初始刚度为 36. 45 kN/mm。

3. 4 耗能能力分析

等效黏滞阻尼系数是衡量结构抗震性能的重

要指标，系数 ζeq越大，则耗能能力越好。如图 10所
示，加载前期，等效黏滞阻尼系数上升较快，加载后

期，上升幅度变缓，系数最大达到 0. 6。整个加载过

程中未出现下降段，说明这种形式的试件耗能能力

较好。

3. 5 试件应变分析

从图 11（a）可以看出，开孔腹板整体应变值最

大，是主要耗能部位，孔间短柱端部应变远大于孔

间短柱中间部位应变，加载后期，孔间短柱端部部

位最先发生断裂破坏；中间部位应变变化不大。以

试件右端耗能段来分析腹板的耗能能力，RW-1、
RW-4最大应变在 1 000 με左右，因为孔间短柱两端

较早断裂，导致其中间部位未完全进入塑性。RW-3

图 10 等效黏滞阻尼系数曲线

Fig. 10 Equivalent viscous damping ratio

图 9 刚度退化曲线

Fig. 9 Curve of stiffness degradation

图 7 滞回曲线

Fig. 7 Hysteretic loops

图 8 骨架曲线

Fig. 8 Skeleton curves
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最大应变值为 3 817. 56 με。RW-2曲线为试件右端

孔间短柱端部应变片数据，试件右端腹板破坏情况

较为严重，因为试件固定于支座时并非完全的轴心

受力构件，存在次弯矩影响，加上孔间短柱端部应

力较大，综合作用下，导致该短柱端部应变片粘贴

部位首先出现损伤现象，致使 RW-2应变值出现异

常大的情况，但曲线总体上符合腹板应变值曲线的

走势。在加载过程中，试件腹板孔间短柱端部完全

进入塑性耗能，孔间短柱中间部位进入塑性较慢，

在加载中后期才开始慢慢发挥耗能能力。从图 11
（b）来看，翼缘应变较大处为左右两端上方翼缘，最

大值为 978 με，翼缘处于弹性状态。试件主体槽钢

应变值较小，曲线有双折线特点，在加载前期曲线呈

线性，加载后期应变值上升缓慢，最大仅为 170με，
整个加载过程中，主体槽钢始终处于弹性状态。通

过应变分析说明，试件主要依靠孔间短柱屈服耗

能，对主体结构有良好的保护作用。

4 有限元分析

4. 1 有限元模型建立及验证

4. 1. 1 钢材的本构关系 钢材采用Mises屈服准

则和各向同性强化模型。采用Q235B级钢，屈服强

度 σy、极限强度 σu、弹性模量 E均采用试验材性值，

泊松比 μ为 0. 3。采用 10. 9级M16高强螺栓。

4. 1. 2 单元划分及边界条件 采用 8节点六面体

一次缩减积分单元 (C3D8R)划分网格。先采用结构

化网格技术将整个模型可切割为正六面体的部分

进行网格布置，采用扫掠网格技术及中性轴算法对

开孔腹板进行网格布置。同时，沿腹板厚度方向等

距布置 4层网格种子，达到细化网格的目的。最后，

对整个模型易发生应力集中的区域进行网格加密，

打开大变形开关。最终网格划分结果见图 12。

支撑两端边界条件与试验一致，截面均耦合于

形心点，用以施加约束与位移。支撑一端，6个方向

均被约束；支撑另一端，除轴向外，其余 5个方向均

被约束。

支撑中槽钢与垫板、垫板与腹板、槽钢与填板、

螺栓与螺栓孔壁的接触、螺帽与槽钢的接触均为面

与面的相互接触。相互接触的法线方向采用“硬接

触”，切线方向采用罚函数计算摩擦，摩擦系数根据

规范取为 0. 45。支撑两端耗能段翼缘与腹板采用

绑定连接。

4. 1. 3 有限元模拟验证 对试验试件进行有限元

模拟，所得滞回曲线和骨架曲线与试验曲线的对比

见图 13。滞回曲线走势一致，但有限元模拟滞回曲

线相对光滑饱满。骨架曲线总体较为吻合，走势一

致，有限元模拟峰值荷载为 166. 8 kN，试验峰值荷

载为 165. 88 kN。造成滞回曲线差异的原因为：实

(a) 整个支撑

(b) 开孔腹板 (c) 螺栓

图 12 网格划分示例

Fig. 12 Examples of meshing（a）腹板应变曲线

（b）翼缘应变曲线

（c）槽钢应变曲线

图 11 应变曲线

Fig. 11 strain curves
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际的钢材存在缺陷，试验后期，孔间板件会出现比

较小的裂纹，耗能能力逐渐下降，有限元模拟中没

有模拟出孔间板件缺陷及后期裂纹与断裂现象，模

拟曲线比试验曲线饱满，而骨架曲线较为准确，有

限元模拟的承载力基本与试验承载力一致。此外，

有限元模拟试件无加工带来的各种缺陷，为完全轴

心受力构件；而试验构件除有缺陷外，加载过程中

两端连接处可能还会出现松动等情况，导致受力不

均匀。总体来看，上述有限元模型可用于研究装配

式H型钢腹板开孔耗能支撑的滞回性能。

4. 2 有限元分析模型设计及参数选取

4. 2. 1 分析模型设计 有限元模拟分析的足尺耗

能支撑为装配式 H型钢腹板开孔耗能支撑的足尺

模型，材料为Q235B级钢，总长为 5 m。耗能支撑的

几何模型如图 14所示，由两个槽钢与两个腹板开孔

H型钢用高强螺栓拼接而成。支撑中间传力槽钢长

4. 81 m,截面为槽钢 27c，试件两端耗能段长 1. 205 m，

截面为 H324 mm×200 mm×12 mm×12 mm。端

部 H型钢腹板厚度为 t，翼缘厚度为 tf，开孔高度为

ho，孔间短柱最小高度为 hc，开孔下端圆弧到翼缘的

距离为 l1，开孔长度为 l2，开孔上端圆弧到螺栓中心

的距离为 l3，腹板长度为 L，腹板宽度为 b，开孔两端

圆弧半径为 r，单列开孔数为 n。

4. 2. 2 参数选取 由试验结果可知，装配式 H型

钢腹板开孔耗能支撑主要通过孔间短柱进入塑性

耗能。孔间短柱端部断裂后，整个支撑承载力下

降，最终丧失承载能力，因此，开孔腹板的参数是影

响支撑性能的主要因素。由于耗能支撑的耗能板

件对于开孔腹板的宽度没有明确限制，而腹板变宽

也会加长孔间短柱的长度，为了研究耗能腹板宽度

与孔间短柱长度的合理设计范围，设置了腹板宽度

（A组）这一参数。此外，为了探究腹板开长圆孔时，

开孔圆弧和开孔距翼缘的距离对于腹板螺栓孔与

试件性能的影响，设置了长圆孔端部圆弧到腹板中

间螺栓圆心的距离（B组）与长圆孔端部圆弧半径

（C组）两组参数。最后，探究孔间短柱数量对耗能

支撑滞回性能的影响，设置了腹板长度（D组）这一

参数。根据上述主要设计参数设计了 10个耗能支

撑，用 FB代表改变参数的装配式 H型钢腹板开孔

耗能支撑。支撑中间传力槽钢参数不变，对支撑两

端 腹 板 开 孔 H 型 钢 进 行 参 数 变 化 ，具 体 参 数

见表 2。
4. 2. 3 加载制度 模拟加载制度与试验加载制度

相同，在模拟过程中，因发现加载至 0. 375%H加载

级时试件便进入塑性状态，故于 0. 375%H加载级

前添加 0. 1%H与 0. 2%H两级，使试件在加载模拟

过程中有从弹性状态进入塑性状态的过程。考虑

到有限元模拟采用足尺模型，自由度数量大，网格

细且密，计算成本高，为提高计算效率，每个加载

级只循环 2次。有限元模拟设计的框架支撑结构

层高为 4. 8 m，跨度为 5 m,除去支撑两端节点连接

部分后,耗能支撑长度为 5 m,根据试件设计，计算

后 依 次 循 环 加 载 位 移±3. 5 mm、±7 mm、±13
mm、±17 mm、±26 mm……每个加载级循环 2圈,
直至试件破坏。

（a）滞回曲线对比

（b）骨架曲线对比

图 13 有限元曲线与试验曲线的对比

Fig. 13 Comparison of finite element curve
and test curve

图 14 支撑几何模型

Fig. 14 Geometric model of supporting
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4. 3 有限元分析结果

计算得到支撑端部的轴向荷载和位移，绘制计

算模型的滞回曲线、等效黏滞阻尼系数曲线、骨架

曲线及刚度退化曲线来分析 H型钢腹板开孔耗能

支撑的性能。

4. 3. 1 腹板宽度 腹板宽度直接影响孔间短柱的

高宽比，高宽比是指孔间短柱高度与宽度的比值，

其对整个试件的耗能能力影响显著，通过分析该参

数，找出合理的高宽比范围。图 15（a）所示分别为

FB-A1、FB-A2、FB-A3的滞回曲线。根据耗能短柱

两端达到极限应力状态且中间部位完全进入塑性

的破坏准则来判断何时停止加载，其中，FB-A1加
载至层间位移角 2%，FB-A2加载至层间位移角

2. 5%，FB-A3加载至层间位移角 3. 5%。可以看

出，滞回曲线饱满，试件耗能效率高。FB-A1的承

载力远大于 FB-A2、FB-A3，后两者的承载力变小，

但变形能力强，可以在较大位移下继续发挥其耗能

能力。

图 15（b）骨架曲线表明试件有明显的弹塑性拐

点。刚度退化曲线见图 15（c），FB-A1初始刚度最

高，达到 151. 29 kN/mm；FB-A3初始刚度最低，仅

50. 08 kN/mm。耗能 H型钢长度相同的情况下，腹

板宽度越宽，试件承载力与初始刚度越低，且差距

明显。通过对比，孔间短柱高宽比控制在 5~8之间

比较合理，高宽比太大会导致承载力与刚度过小，

FB-A1的高宽比为 5. 35，初始刚度与承载力较大，

整个加载过程中耗能能力好；FB-A3的高宽比为

10. 35，承载力与初始刚度小，且上升困难，耗能能

力较差。此外，腹板宽度不宜大于槽钢宽度的 1. 5
倍，FB-A3的腹板宽度过大，承载力难以上升，初始

刚度太小。

FB-A1与 FB-A2加载前期耗能能力相近（图 15
（d）），FB-A1腹板塑性损失积累较快，先于 FB-A2
出现下降段，耗能能力下降；FB-A3加载前期耗能

能力稍逊一筹，但随着加载进行到后期，FB-A3变
形大的优势开始显现，在位移加载至 105 mm时，耗

能能力开始高于 FB-A2，且下降趋势缓慢。

4. 3. 2 长圆孔端部圆弧到螺栓孔圆心的距离 因

装配式支撑安装螺栓的要求，螺栓的间距不能够完

全满足规范要求，需要分析长圆孔边缘到螺栓孔边

缘的距离对耗能支撑受力的影响，以便给出合理的

构造。螺栓间距可按 2d0（d0为螺栓孔标准孔径）计

算，模拟过程中，螺栓孔部位均未发生应力集中现

象，孔间短柱端部未见明显的过早断裂。B组 3根
耗能支撑的滞回曲线饱满，无捏缩现象（图 16（a））。

FB-B1最为饱满，FB-B2与 FB-B3相差不大，但饱

满程度不及 FB-B1。FB-B1的 l3最小，试件承载力

大，原因是，模拟加载过程中 l3过小，孔间短柱与腹

板中间连接部位应力较为集中，导致腹板发生变

形，因为 FB-B1的孔间短柱大部分都被槽钢盖住，

孔间短柱变形后与槽钢接触，从而受到约束，致使

承载力显著变大。

表 2 装配式H型钢腹板开孔耗能支撑模型几何参数

Table 2 Geometric parameters of energy dissipation support model for assembled H-beam web opening

编号

FB-A1

FB-A2

FB-A3

FB-B1

FB-B2

FB-B3

FB-C1

FB-C2

FB-D1

FB-D2

L/mm

1 205

1 205

1 205

1 205

1 205

1 205

1 205

1 205

965

1 485

b/mm

300

400

500

300

300

300

300

300

300

300

t/mm

12

12

12

12

12

12

12

12

12

12

tf/mm

12

12

12

12

12

12

12

12

12

12

ho/mm

20

20

20

20

20

20

20

20

20

20

hc/mm

20

20

20

20

20

20

20

20

20

20

l1/mm

18

18

18

33

23

13

24

25. 5

18

18

l2/mm

107

137

187

107

107

107

95

92

107

107

l3/mm

25

25

25

10

20

30

31

32. 5

25

25

r

10

10

10

10

10

10

15

20

10

10

n

28

28

28

28

28

28

28

28

22

35
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图 16（d）表明，长圆孔端部圆弧到螺栓孔中心

的距离 l3越大，试件耗能能力越好，腹板受力越均

匀，塑性发展均匀，塑性损伤累积变慢，加载后期，

耗能能力退化缓慢。通过有限元模拟观察到，孔间

短柱与腹板中间连接部位应力较为集中，l3过小会

导致螺栓孔与孔间短柱部分出现应力集中现象，孔

间短柱会过早发生断裂，失去耗能能力。 l3过大会

导致承载力与初始刚度过小，滞回曲线饱满程度

低，不利于试件耗能，l3控制在 1. 2d0~1. 5d0之间比

较合理。此外，试验证明，使用带套筒的扭矩扳手

可满足小间距的施工要求。

4. 3. 3 长圆孔端部圆弧半径 如图 17所示，FB-

C1与 FB-C2的曲线基本重合。FB-C1滞回曲线比

（a）滞回曲线

（b）骨架曲线

（c）刚度退化曲线

（d）等效黏滞阻尼系数曲线

图 15 A组耗能支撑对比曲线

Fig. 15 Comparison curves of energy-dissipating
braces of group A

（a）滞回曲线

（b）骨架曲线

（c）刚度退化曲线

（d）等效黏滞阻尼系数曲线

图 16 B组耗能支撑对比曲线

Fig. 16 Comparison curves of energy-dissipating
braces of group B
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FB-A1稍稍饱满，但其黏滞阻尼系数低于 FB-A1，

耗能能力相对较差。FB-C1与 FB-A1的最大承载

力和初始刚度相差不大，FB-C1稍大。长圆孔端部

半径 r越大，承载力与初始刚度越大，但耗能能力

低。模拟表明，当 r大于一定值时，对试件性能的影

响将会微乎其微。

4. 3. 4 腹板长度 图 18为 FB-A1、FB-D1、FB-D2

的滞回曲线、骨架曲线、刚度退化曲线和等效黏滞

阻尼系数曲线。FB-A1与 FB-D2加载至层间位移

角 2%,FB-D1加载至层间位移角 2. 5%。FB-D1因
承载力与刚度较小，塑性发展缓慢均匀，塑性损伤

积累慢，较晚达到破坏条件。FB-D2腹板长度长，

滞回曲线最为饱满，承载力与初始刚度最大。可见

腹板长度越长，可耗能的孔间短柱越多，滞回曲线

越饱满，承载力与初始刚度越大。

（a）滞回曲线

（b）骨架曲线

(c) 刚度退化曲线

(d) 等效黏滞阻尼系数曲线

图 18 D组耗能支撑对比曲线

Fig. 18 Comparison curves of energy-dissipating
braces of group D

（a）滞回曲线

（b）骨架曲线

(c) 刚度退化曲线

(d) 等效黏滞阻尼系数曲线

图 17 C组耗能支撑对比曲线

Fig. 17 Comparison curves of energy-dissipating
braces of group C
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5 设计方法

装配式 H型钢腹板开孔耗能支撑是由腹板开

孔 H型钢和传力槽钢通过螺栓连接组成的新型耗

能支撑。其中，在轴力作用下，支撑两端耗能板件

开孔腹板设计薄弱部位首先进入屈服耗能，耗散大

部分的能量并最先破坏，从而起到保护支撑主体的

作用，使整个支撑在达到极限承载力时不发生整体

失稳。为确保支撑的耗能板件进入塑性耗能，设计

中耗能板件的塑性承载能力要比支撑的稳定承载

能力小，耗能板件破坏前，连接不能发生破坏。

5. 1 螺栓与填板设计

采用高强螺栓摩擦型连接时，单个螺栓受剪承

载力设计值应按式（5）计算。

N b
v = k1 k2n f μP （5）

式中：k1在非冷弯薄壁结构中取 0. 9；k2为孔型系数，

标准孔型取 1. 0；nf为传力摩擦面数；μ为摩擦面抗

滑移系数；P为一个高强螺栓预拉力设计值。

当螺栓沿轴向受力方向的连接长度大于 60d0
时，螺栓的承载力设计值应乘以折减系数 0. 7。因

此，腹板开孔的H型钢单侧所需螺栓数为

n= N
β ⋅N b

v
（6）

式中：N为试件轴力设计值；β为折减系数；N b
v 为单

个螺栓受剪承载力。所得 n数值向上取整即每端所

需螺栓数目。

规范中，螺栓边距最小容许间距为 1. 5d0，最大

容许间距为 4d0；螺栓中距要求为 3d0。所设计试件

螺栓中距按 2d0计算，当螺栓中距为螺栓杆直径的 2
倍时，摩擦力较大，且通过模拟与试验可知，试件中

间螺栓孔部位并未出现应力集中现象，整个加载过

程中试件塑性发展均匀。此外，螺栓边距满足规范

对于施工扳手可操作空间尺寸为 1. 5d0的要求，在

试验中使用带套筒的扭矩扳手可完成小间距施工

要求。两个槽钢之间采用螺栓连接，并设置填板。

填板间距离不应超过 40i，i为槽钢与填板平行的形

心轴的回转半径。

5. 2 极限承载力

极限承载力因荷载形式、加载方式的不同而变

化，取滞回曲线中各滞回环峰值承载力作为极限承

载力。参考文献 [9]，由屈服承载力公式引入相关系

数，得到极限承载力公式

b= h c + h0 ( 1- sin α ) （7）

Q y = 4n ⋅
fy t [ ]h c + h0 ( 1- sin α )

2

3( l2 -
1
2 h0 cos α )

（8）

式中：b为孔间短柱等效高度；n为单列短柱数量；fy

为钢材的屈服强度；t为腹板厚度；hc为孔间短柱宽

度；h0为开孔宽度；l2为孔间短柱开孔长度；α为 60°
时最小二乘法拟合的局部最优解。

参考文献 [15]中的计算方法，假设屈服承载力

为极限承载力的 3/5，并引入文献 [16]中的系数 β1。

因为长圆孔端部圆弧到螺栓孔中心距离这一参数

的改变可能会引起孔间短柱的受力不均匀，为平衡

这种不均匀的情况，使应力等效为均匀分布在整个

孔间短柱上，引入参数 β2，得到极限承载力公式

Q u =
5
3 β1 β2Q y （9）

β1 = 1.235 8- 0.010 3
b
t

（10）

β2 = 1+
|

|

|
||
|
|
| 25- l3
25+ l3 - 1/2h0

|

|

|
||
|
|
|

（11）

式中：l3为长圆孔端部圆弧圆心到螺栓孔中心的距

离；b由式（7）得到；t为腹板厚度；h0为开孔宽度。有

限元模拟极限承载力与理论计算极限承载力的对

比见表 3。除 FB-A2与 FB-A3外，其余支撑误差较

小。FB-A2与 FB-A3变形非常大，加载后期承载力

上升缓慢，以致无法通过模拟准确判断试件何时破

坏，因此导致误差结果偏大。

表 3 极限承载力的对比

Table 3 Comparison of ultimate bearing capacity

编号

FB-A1

FB-A2

FB-A3

FB-B1

FB-B2

FB-B3

FB-C1

FB-C2

FB-D1

FB-D2

有限元结果/kN

1 142. 86

702. 98

499. 34

1 634. 49

1 180. 98

1 058. 99

1 298. 02

1 361. 56

990. 97

1 414. 29

理论值/kN

1 076. 25

831. 65

603. 17

1 722. 00

1 230. 00

1 195. 83

1 378. 85

1 461. 04

845. 62

1 345. 31

误差/%

-5. 8

18. 3

20. 8

5. 4

4. 2

12. 9

6. 2

7. 3

-14. 7

-4. 8
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6 结论

采用试验、有限元模拟及理论分析相结合的方

法研究装配式 H型钢腹板开孔耗能支撑的抗震性

能，分析不同参数对耗能支撑承载力、刚度、耗能能

力的影响，得到合理的开孔腹板孔间短柱设计区

间，给出装配式 H型钢腹板开孔耗能支撑的设计方

法。主要结论如下：

1）装配式 H型钢腹板开孔耗能支撑滞回曲线

饱满，耗能能力好，变形能力强，可有效避免支撑斜

杆发生失稳，起到消能减震的作用。试验与模拟过

程中，螺栓与槽钢始终处于弹性状态，震后替换端

部耗能板件即可继续投入使用。

2）试验表明，在轴向力作用下，试件开孔腹板

孔间短柱首先进入塑性耗能，其中孔间短柱端部应

力最大；随着加载的推进，塑性慢慢向孔间短柱中

部发展，试件达到峰值承载力；最终孔间短柱端部

发生断裂破坏，中部基本进入塑性状态，试件无法

继续承载。

3）腹板长度相同时，宽度越大，承载力与初始

刚度越小，变形能力越好。孔间短柱高宽比宜控制

在 5~8之间。长圆孔端部圆弧到螺栓孔中心距离

越大，承载力与刚度越小。

4）长圆孔端部圆弧到螺栓孔中心距离控制在

1. 2d0~1. 5d0之间较合理。改变长圆孔圆弧半径对

支撑滞回性能影响较小。腹板长度越长，支撑承载

力与刚度越大。

5）给出的装配式 H型钢腹板开孔耗能支撑设

计方法极限承载能力计算公式与模拟结果吻合较

好，可供工程应用参考。
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