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高速铁路圆端形空心桥墩抗震性能试验研究
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(1. 中南大学土木工程学院，长沙 410075；2. 高速铁路建造技术国家工程实验室，长沙 410075) 

摘  要：以高速铁路中采用的圆端形空心桥墩为原型，设计了 10 根大比例模型。考虑恒定轴向力的作用，进行

低周反复荷载试验，得到不同桥墩模型的破坏特性、滞回曲线，依此分析各参数下桥墩的延性及耗能性能，并利

用两种典型的抗剪公式对模型的抗剪承载力进行评估。试验结果表明，该类桥墩均为弯曲型破坏，墩底普遍有弯

剪斜裂缝。滞回曲线捏缩效应明显并且骨架曲线从开裂到屈服上升缓慢。随着轴压比的提高，模型的弯曲强度有

所增大，延性下降。由于模型的体积配箍率均较低，其对延性的影响不明显。纵筋率对滞回曲线形状影响较大，

增加纵筋率耗能能力随之增大。 
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EXPERIMENTAL STUDY ON SEISMIC PERFORMANCE OF HOLLOW 
PIERS WITH ROUNDED RECTANGULAR CROSS SECTION IN 

HIGH-SPEED RAILWAYS 

JIANG Li-zhong1,2 , SHAO Guang-qiang1 , WANG Hui1 , JIANG Jing-jing1 
(1. School of Civil Engineering, Central South University, Changsha 410075, China; 

2. National Engineering Laboratory for High Speed Railway Construction, Changsha 410075, China) 

Abstract:  Ten large-scale specimens were designed based on hollow pier prototypes with rounded rectangular 
cross section used in high-speed railways. Hysteresis curves and failure mechanisms were obtained from cyclic 
loading tests under constant axial loading. The influence of each design parameter on the energy dissipation 
capacity and ductility of the specimens was further analyzed, and the shear performance of piers was evaluated 
using two empirical seismic shear capacity equations. Test results show that all specimens failed in flexure with 
flexure-shear cracks commonly observed at the bottom of the piers. The hysteresis curves had significant pinch 
and the skeleton curves rose slowly from concrete cracking to yielding. The displacement ductility reduced and 
the bearing strength increased with the increment in axial-load ratio and longitudinal reinforcement ratio. No 
pronounced effects of the volume-stirrup ratio on the ductility were observed due to the relatively low 
volume-stirrup ratio of the specimens. The longitudinal reinforcement ratio had notable effects on the shapes of 
hysteretic curves. Furthermore, increasing the longitudinal reinforcement ratio significantly improved the energy 
dissipation capacity of the specimens. 
Key words:  high speed railway; hollow pier; seismic performance; low cyclic testing; shear strength 
 
我国新建高速铁路的跨越地域广，地理环境复

杂多变，多条线路经过地震多发区甚至高烈度区，

因此研究高速铁路桥梁的抗震性能在发展高速铁

路过程中不可避免，同时保证桥墩在地震过程中的
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性能对桥梁抗震安全尤为重要。我国高速铁路桥梁

的上部结构主要为箱梁桥，为了使桥墩与上部流线

形箱梁外形相协调，高速铁路桥梁中大量使用了圆

端形桥墩。当所需桥墩高度较高时，空心墩以其自

身的优点，在我国的高速铁路建设中得以广泛采

用。圆端形空心墩较之圆形空心墩，具有更大的横

向刚度，更合理的纵横向尺寸搭配；较之矩形空心

墩，具有更好的水流顺畅性，更小的应力集中效应

以及风荷载；较之圆端形实体墩，虽施工难度加大、

钢筋用量较多，但在高桥墩情况下，它具有的较大

墩身刚度、较少圬工量、较经济的基础形式[1]。 
近 30年来，各国学者对空心墩的混凝土性能、

钢筋布置、屈曲性能、抗震性能、加固方法等做了

大量的研究。Ogata、Priestley 等[2―3]对空心圆形和

方形混凝土桥墩的抗震性能进行系统的研究，探讨

了墩柱抗弯强度与延性的影响因素，根据试验数据

统计分析了塑性铰分布及长度，提出混凝土墩柱抗

弯强度的设计方法。Zahn等[4]进一步研究了圆形空

心截面在外侧设单层纵筋混凝土柱的抗弯强度与

延性。Taylor 等[5]研究了矩形薄壁空心墩的局部稳

定性之后，建议布置内外双层的纵筋。Yukawa   
等[6]则系统研究了矩形空心高墩的抗震性能，得出

可以通过改变横向箍筋的布置来提高结构延性，并

提出了箍筋布置与延性之间的关系。Mo 等[7―9]自

2000 年以来分别对空心圆形和矩形高强混凝土桥
墩模型进行了抗弯，抗剪、延性性能以及修复加固

抗震性能测试。 
欧洲国家近十年，开始对 20 世纪 50 年代~70

年代修建的高速公路桥墩的抗震性能以及震后可

能破坏的桥墩的抗震加固方法进行了研究。Pinto、
Faria以及Calvi等[10―12]进行了矩形空心墩的拟静力

试验，结果表明由于设计时未充分考虑地震作用，

早期的空心墩抗震性能较差，需要有效的加固方法

以提高其抗震性能。此后 Lignola以及 Tsionis[13―16]

于 2007年~2011年间利用纤维增强布加固空心墩，
提出适用于碳纤维布、玻璃纤维增强布等增强材料

加固的约束混凝土本构模型，比较了空心墩加固前

后抗震性能的变化。 
我国学者进年来也对空心墩的抗震性能进行

了研究。刘林[17]对原有普通铁路线路中典型的低配

筋率空心墩进行了拟静力试验研究，对高桥墩的抗

震构造提出了一些建议，但试验中忽略了轴力的作

用。许丽娜和郝文秀等[18―19]则分别针对应用于公路

中的活性粉末混凝土双柱式空心墩和空心矩形墩

的抗震性能进行了试验及理论研究。崔海琴[20]在

2010 年针对目前公路桥梁中普遍采用的矩形空心
薄壁墩进行了拟静力试验及理论分析，系统地研究

了裸墩与碳纤维约束墩顺桥向的延性抗震性能。 
从目前的研究情况来看，试验所研究的墩柱主

要为公路桥墩，与需要更大纵横向刚度以满足行车

安全性的铁路桥墩有很大的不同。而我国早期设计

的普通铁路圆端形桥墩的纵筋率基本小于 0.2%，已
远远不能满足桥墩的抗震要求。已有的试验集中于

矩形墩、方形墩和圆形墩，圆端型空心墩的试验数

据很少，缺乏系统性。一些试验是针对设计较老以

及纵筋率较少的空心墩柱，主要以抗震加固为主要

目的，重点在于研究用加固材料如何提高原有墩柱

抗震性能。此外我国铁路工程抗震设计规范尚未对

空心高墩的抗震问题进行完善的规定，圆端形空心

高墩的抗震问题亟待解决。本文以目前高速铁路桥

梁高墩中主要使用的圆端型空心墩为原型，进行了

拟静力试验研究，探讨该类桥墩的抗震性能及各参

数的影响。 

1  试验概况 

1.1  模型设计 
根据已有高墩抗震性能的研究，影响墩柱延性

的因素主要有墩高(剪跨比)、轴压比、纵筋率、配
箍率、混凝土强度、壁厚(径厚比)等[20]。在混凝土

强度等级低于 C50时，混凝土强度提高，对桥墩的
延性有不利的影响，而满足条件后增加壁厚将提高

工程造价，因此试验决定采用前四种为对比因素。 
当高速铁路桥墩墩高 H >30m 时，一般采用变

坡度空心墩或新型四柱式高墩。空心墩有墩帽式以

及不设墩帽的形式。设置墩帽的桥墩墩身截面较

小，但墩帽施工较为不便。变坡度空心墩混凝土标

号常取为 C35或 C40，外壁坡度为 35∶1 ~ 45∶1，
内壁坡度为 70∶1 ~ 90∶1，壁厚一般在 50cm ~ 
70cm 向墩底增高。而目前四柱式高墩主要用于超
高墩中，受力及抗震性能的研究还不充分，工程应

用不多。 
低周反复试验需要确定模型在地震荷载作用

下的潜在塑性铰分布，以便确定水平加载荷载的分

布形式及位置。本次试验均以墩底出现塑性铰破坏

为控制，因此试验所选取的空心墩的水平方向的第

一阶振型要明显比后阶振型的质量参与系数大。 
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考虑实验室加载设备高度、加载位置、高墩的

局部稳定性及振型质量参与系数等因素的影响，同

时考虑到过小的壁厚对模型混凝土的施工与钢筋

的布置较为不利，采用不设墩帽，截面较大的空心

墩为原型，墩高选取 30m~50m，模型相似比采用
1∶10，壁厚均采用 12cm，混凝土标号为 C35。试
验模型的轴压比在 5%~15%，纵筋率为 0.2%~ 
0.85%，体积配箍率 0.15%~0.5%。各因素水平取值
见表 1。 

表 1  试验因素水平级别 
Table 1  Experimental factors levels 

因素 因素水平 

墩高/m 3 4 5 
轴压比(N/fcA) /(%) 5 10 15 
纵筋率/(%) 0.2 0.5 0.8 
配箍率(%) 0.15 0.3 0.5 

横桥向加载的 9个模型参数采用了正交试验设
计的方法，该方法适用于因素与水平数较多时。采

用正交试验能够降低成本提高试验效率，又能反映

试验的全面情况。正交设计时应满足两个要求：任

一因素的各水平做相同数目的试验；任两个因素的

水平组合做相同数目的试验[21]。采用四因素三水平

L9(34)正交表，各模型的设计参数见表 2。 
表 2  高墩试验设计参数 

Table 2  Design parameters of tall bridge pier models in tests 

相似比 编号 模型高/m 
轴压比 

(N/fcA) /(%) 

纵筋率/ 

(%) 

配箍率/ 

(%) 

加载 
方式 

HOL-1 3 15 0.8 0.50 横向 

HOL-2 3 5 0.2 0.15 横向 

HOL-3 3 10 0.5 0.30 横向 

HOL-5 4 5 0.8 0.30 横向 

HOL-6 4 15 0.5 0.15 横向 

HOL-7 4 10 0.2 0.50 横向 

HOL-8 4 10 0.2 0.50 纵向 

HOL-9 5 10 0.8 0.15 横向 

HOL-10 5 15 0.2 0.30 横向 

1∶10 

HOL-11 5 5 0.5 0.50 横向 

试件中墩顶加载方向均为横桥向强轴加载，

HOL-7 与 HOL-8 为相同参数、加载方向不同的模
型。由于实验室中变坡度空心墩模型的制作相对困

难，需将变坡度空心墩按照刚度等效原则设计成等

截面空心墩。根据分析比较取 30m、40m、50m 的
等效直径分别为 7.8m、8.3m和 8.8m。截面数据见
图 1。 
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注：1. 图中尺寸以 cm计，钢筋直径以 mm为单位；2. 图中 代表 HPB 235钢筋， 代表 HRB 335钢筋。 

图 1  模型截面尺寸及配筋 
Fig.1  Dimensions and reinforcement arrangements of specimens 
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1.2  模型制作 
纵筋两端设置直弯钩以保证与加载底座的连

接，箍筋采用双面焊接。制作好模型空心的内模与

三套钢质外模。底座钢筋笼绑扎好后，安装固定木

模。定位纵筋并与底座连接，装入空心墩内模，绑

扎墩柱纵筋与箍筋，用细钢丝定位内模与纵筋的位

置，定位粘贴钢筋应变仪器后，安装模型外层钢模

板，进一步定位垂直度，然后浇筑混凝土。所有模

型采用上下分段浇筑的方式，在顶段混凝土浇筑

前，做好混凝土的凿毛，使之能够与新浇筑的混凝

土更好的粘结。施工流程见图 2。 

 

   
图 2  空心桥墩模型的制作流程 

Fig.2  Making process of hollow piers models 

1.3  模型材料 
由于桥墩模型较高，而钢模板的高度较小，所

以模型的混凝土都分上下两次浇筑，每批每个模型

试件均制作 3 个标准尺寸混凝土立方体试块以及 3
个 100mm×100mm×300mm 轴心试块，并与桥墩模
型在同条件下养护，在墩柱试验加载前进行混凝土

力学性能试验，试验结果如表 3。 
纵筋采用热轧钢筋，直径为 8mm 和 10mm 两

种以满足不同纵筋率以及最小纵筋率的要求，钢筋

材料性能试验之后，两者的强度相差不大，φ10 钢
筋屈服强度平均值为 405MPa，抗拉强度平均值
550MPa，φ8钢筋屈服强度平均值为 452MPa，抗拉
强度平均值 573MPa，箍筋采用 HPB235 圆盘筋，
调直使用，直径均为 6mm。 

表 3  模型混凝土材料参数 
Table 3  Material parameters of concrete in models 

模型号 部位 
立方体试块 

受压平均值/MPa 
轴心试块 

受压平均值/MPa 
弹性模量/ 

(×104MPa) 
下 37.7 24.4 2.95 

1 
上 39.8 28.7 3.01 
下 36.9 26.3 3.38 

2 
上 40.2 31.3 3.17 
下 39.2 27.2 2.87 

3 
上 37.5 29.4 3.23 
下 37.7 24.4 2.95 

5 
上 41.2 26.7 3.29 
下 39.2 32.1 3.02 

6 
上 41.2 26.7 3.09 
下 36.9 26.3 3.38 

7 
上 35.8 25.4 2.96 
下 39.7 27.8 3.25 

8 
上 37.9 26.7 3.06 
下 36.9 26.3 3.28 

9 
上 35.2 24.8 3.15 
下 41.9 33.5 3.09 

10 
上 41.4 31.2 3.01 
下 39.2 29.4 3.36 

11 
上 41.6 32.7 3.07 

1.4  加载方案 
模型底座均统一设计为 2.0m长×1.5m宽×0.4m

高，在浇筑时预留好 4个φ60mm地锚螺栓孔，试验
时通过地锚螺栓锚固于反力地基。竖向千斤顶布置

于墩顶，4根φ32mm的精轧螺纹钢锚固于反力地基，
形成竖向加载传力系统。水平力采用伺服作动器加

载系统。加载设备见图 3。 

 
(a) 加载装置示意图 
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(b) 现场试验装置 

图 3  试验加载装置示意图 
Fig.3  Schematic diagram of loading device 

模型加载制度参考《建筑抗震试验方法规程

JGJ-96》的要求进行。模型屈服前，采用荷载控制，
每级荷载反复一次，屈服后按位移控制，每级位移

反复三次，直到模型的承载力下降到最大荷载的

85%结束[22]。 

2  试验结果与分析 

2.1  试验现象与破坏行为 
试验中由于加载设备故障以及测试仪器等原

因，造成模型 HOL-2与 HOL-5的试验数据很不理
想，因此未将两模型的结果列出。图 4给出了试验
模型典型的裂缝破坏图。 
模型出现裂缝后，力与位移关系也由线性增长

变为非线性增长，裂缝首先产生在墩底附近。随着

荷载等级的增加，依次从下到上产生裂缝，裂缝宽

度逐渐增大，从圆端部分向侧面延长，部分裂缝经

过圆端区域后，在侧面有斜向下发展的趋势，在反

复荷载作用下，斜向裂缝在侧面中部区域交叉，随

着峰值位移的增加，斜向裂缝进一步向下发展，直

至模型破坏，呈现出典型的弯剪裂缝。部分模型在

破坏阶段伴随墩身与底座的钢筋产生滑移现象。模

型相同截面的裂缝分布有所区别，纵筋率高时，裂

缝分布更为密集，裂缝产生的高度也较高；纵筋率

较低时，裂缝数量较少，但裂缝深度与宽度较大。 
桥墩模型的配筋率都很低，试验设计采用的桥

墩模型的配筋率在 0.2%~0.8%范围内。为防止模型
纵筋突然被拉断，造成人员及设备的安全，试验时

严格控制钢筋的应变，所以模型试件在发生屈服之

后，桥墩表面混凝土并未发生大面积的压溃，只有

在墩身与底座的连接处出现少量混凝土的剥落。 

  

   
图 4  模型典型裂缝破坏图 

Fig.4  Typical failure of specimens 

2.2  滞回曲线 
图 5给出了各桥墩模型的水平荷载－位移滞回

曲线。水平荷载方向除模型 HOL-8外为短轴方向，
其余均为南北(N-S)方向即横桥长轴方向。 
加载初期，桥墩模型处于弹性工作阶段，荷  

载-位移曲线基本呈线性关系，模型的残余位移很
小，变形基本恢复，滞回曲线所包围的面积也很小。

当模型出现裂缝后，曲线开始弯曲，加载刚度开始

减小。滞回环的面积增大，表现出一定的耗能性能。

模型屈服后，荷载增长缓慢，卸载后曲线存在较大

的残余变形，滞回曲线的面积进一步增大，表明其

耗能能力逐渐增大。当滞回曲线达到极限荷载之

后，承载力下降较快，主要是由于墩底钢筋与混凝

土之间产生了滑移而引起的。 
模型均承受轴力、弯矩和剪力的作用，其滞回

曲线捏缩效应明显，破坏形式为弯曲型破坏。从图 5
中比较可以看出，墩高越高，极限位移提高明显，

体现了模型高度的增加能明显的增加其柔度。随着

轴压比的提高，模型试件的强度有所增大。纵筋率

较大程度的影响了各模型滞回曲线的形状，纵筋率

增加时，滞回曲线由捏拢变的略微饱满，耗能能力

也随之增大。 

1-W 3-W 
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纵筋率为 0.2%的模型 HOL-7 与模型 HOL-10
的滞回曲线有明显的相似特征。两模型的卸载曲线

开始时位移快速减小，刚度很小，而在位移接近原

点附近时，曲线下降较快基本与弹性阶段曲线平

行。后期卸载曲线与加载曲线的形状相似，卸载刚

度变化不明显。纵筋率为 0.5%的模型 HOL-6 与模
型 HOL-11的滞回曲线在原点附近捏缩，而在其他
位置曲线略微饱满。 

 

 

 

 

 

 

 

 
图 5  水平荷载-位移滞回曲线 

Fig.5  Measured lateral force-displacement hysteretic curves 
of specimens 

2.3  骨架曲线 
试验所得滞回曲线中取每一级荷载第一次循

环的峰点(卸载顶点)连接的包络线作为骨架曲线，
即荷载-变形曲线达到最大峰值点的轨迹，反映了空
心桥墩在整个加载过程中的强度、变形及延性特 
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征[22]。各模型的骨架曲线列于图 6。 

 

 

 
图 6  模型骨架曲线 

Fig.6  Comparison of the skeleton curves of specimens 

各模型骨架曲线在加载初期均呈线性增长，随

着加载控制位移的增大，墩顶的水平力的增长变

缓，各模型试件出现了较大的差异。该类圆端型空

心墩的骨架曲线特征明显，与矩形墩柱有较大的不

同，墩柱开裂后曲线从开裂荷载增长至极限值较为

缓慢，这反应了圆端型墩柱内纵筋从边缘向中间逐

渐屈服的过程。比较桥墩各参数相同而加载方向不

同的 HOL-7和 HOL-8墩，明显可以看到纵桥向加
载时，模型 HOL-8 从开裂荷载与极限荷载相差不
大，而横桥向表现出了缓慢增长的趋势，并且极限

荷载远大于开裂荷载。模型 HOL-1、HOL-7、HOL-8、
HOL-9、HOL-10和 HOL-11的骨架曲线下降段都较
为平缓，而模型 HOL-3、HOL-6的骨架曲线则由平
缓部分和突然下降段组成，峰值荷载过后，模型的

承载力降低的较快。对于墩高 3m 的模型试件

HOL-1 和 HOL-3 的反向极限荷载较为接近，而正

向极限荷载则相差较大，分析认为主要由于在试验

加载后期，钢筋与混凝土直接发生滑移，使得正向

极限荷载迅速下降引起的。 
2.4  位移延性 
桥墩屈服位移可采用钢筋首次屈服时的位移，

也可根据骨架曲线简化为双折线或者三折线而得

到的位移，简化的原则有能量平衡法和 Park法。本
文采用 Park 提出的方法确定屈服位移与极限位  
移[22]，见图 7。首先确定骨架曲线与最大的水平力
Fmax，连接原点与骨架曲线上 0.75Fmax的点并延长

至最大水平力 Fmax线，其交点 B即为屈服位移∆y，

当承载能力下降到 0.85Fmax时所对应的位移取为极

限位移∆u，则位移延性表示为： 
u y/µ ∆ ∆=                (1) 
F 荷载
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图 7  延性计算示意图 
Fig.7  Definition of yielding and ultimate displacement 

表 4列出了各模型位移延性，从试验结果可知，
模型的位移延性普遍在 2~4之间，变化幅度较小。
由于圆端型墩内部纵筋设置的特点，桥墩从边缘纵

筋屈服到内部纵筋屈服为逐步发展的过程，因此从

开裂到整体屈服发展缓慢，由于受拉区纵筋与初步

进入屈服阶段的纵筋的应变相差较大，中心轴附近

的纵筋屈服时，边缘钢筋应变已经很大，在达到极

限最大荷载值后，最外层纵筋很快与混凝土发生粘

结滑移，使得承载力迅速下降，从而破坏，这样使

得模型的延性都较差。另外圆端型墩在侧面中部区

域，出现弯剪裂缝，也很大影响了弯曲承载力的  
发展。 
根据延性的极差分析可知，轴压比对空心桥墩

模型位移延性系数影响较大，纵筋率与剪跨比的影

响较小。纵筋率对空心桥墩模型的墩顶极限水平力

有一定贡献，但不显著。随轴压比的增大，可以发

现结构的延性系数减小，高轴压比限制了模型试件

的横向变形，因此轴压比的增大不利于模型试件在
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地震作用下的横向变形。 
大部分已有的试验数据都表明配箍率的提高，

可以大大提高核心混凝土的极限压应变，从而使桥

墩延性更大[23]。但是由于本次试验所选取的配箍率

普遍较小，对延性影响的规律性不明显。 
表 4  位移延性计算 

Table 4  Displacement ductility of specimens 

屈服 极限 
模型 方向 

位移/mm 荷载/kN 位移/mm 荷载/kN 

位移 
延性 

平均 
延性 

− −17.5 −315.2 −54.9 −367.4 3.14 
1 

+ 18.8 350.7 63.8 376.2 3.39 
3.27 

− −13.6 −210.4 −56.2 −326.6 4.13 
3 

+ 12.5 250.9 35.8 309.1 2.86 
3.50 

− −30.9 −280.9 −70.5 −266.7 2.28 
6 

+ 26.8 265.6 63.5 282.1 2.37 
2.33 

− −16.8 −140.2 −66.5 −162.2 3.96 
7 

+ 14.6 165.4 53.8 195.8 3.68 
3.82 

− −22.5 −141.9 −60.1 −165.4 2.67 
8 

+ 15.9 92.1 43.8 98.3 2.76 
2.71 

− −26.4 −135.2 -93.4 −182.1 3.54 
9 

+ 22.7 230.8 87.4 255.5 3.85 
3.69 

− −18.9 −128.8 −74.2 −183.6 3.92 
10 

+ 17.9 175.7 61.3 180.3 3.42 
3.67 

− −29.3 −111.4 −109.4 −179.2 3.73 
11 

+ 28.7 132.2 115.5 169.5 4.02 
3.88 

2.5  耗能性能 
耗能性能根据荷载-位移曲线所包围的面积来

衡量，第 i个循环的耗能 Ei即第 i个循环曲线所包
围的面积[22]，表达为： 

d
E

i A
E F X= ∫                (2) 

为方便比较各模型的累积滞回耗能，将 n个循
环的累积滞回耗能规格化[24]为 En，有： 

1max y

1 n

N i
i

E E
F ∆ =

= ∑            (3) 

式中：Fmax为最大的水平力；∆y为模型的屈服位移。

耗能计算原理见图 8。 
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图 8  能量比计算示意图 

Fig.8  Definition of energy dissipation in single cycle 

图 9比较了各模型的规格化累计耗能。可以看
到规格化累积耗能都随延性的增大而稳步增加。各

模型加载初期的规格化累积耗能相差不大，随位移

与延性的增加，各模型的 En差异明显。另外纵筋率

和剪跨比对模型试件的累积耗能影响较大，配箍

率次之，轴压比对其影响离散性较大且没有显著

的规律。空心桥墩模型的累计耗能随着纵筋率的

增大而增大。 
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图 9  各模型的规格化累积耗能 

Fig.9  Normalized cumulative dissipation energy of specimens 

为进一步探讨各模型的能量耗散能力及其相

对性，引入能量比参数[25]ψ，见图 9，定义为： 

ideal

i
i

E
E

ψ =                (4) 

其中：Ei为试验实测的单周循环的耗能；Eideal为假

定墩体为理想弹塑性材料时的单周循环耗能。墩

体的弹性刚度取屈服时的割线刚度，墩体在屈服

前 Ei 较小，该系数意义不大，因此只计算屈服后

能量比参数。该参数越大越接近于 1，说明耗能 
越好。 

图 10 比较了模型的能量比参数，各模型的
能量参数比均在 0.05~0.30，说明各模型的耗能
性能都较差。进入屈服阶段以后，各模型的能量

参数比迅速下降，随后出现不同的发展趋势。大 
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图 10  能量比参数 

Fig.10  Energy ratio of specimens 
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部分模型在经过一段平稳阶段之后开始缓慢减

小，而少数模型开始增长直至破坏。剪跨比对能

量比参数的影响较大，这主要是由于增加高度能

够大幅度增加结构柔度以及墩顶的位移，从而使

耗散性能提高。轴压比与箍筋率无显著的影响规

律。模型 HOL-6 的能量耗散系数与参数比增长  
的最快。 
2.6  类似试验对比 
为与本次试验结果比较，引用国内外对空心墩

试验较为系统的三次试验进行对比说明。Pinto、
Faria 等以欧洲早期高速公路桥梁矩形空心墩为原
型各自进行了的拟静力试验，纵筋率在 0.4%~ 
1.5%。纵筋率较低的墩柱的滞回曲线与本次试验
有很大的相似性，捏缩现象都很明显，耗能性能

较差。而随着纵筋率的提高，滞回曲线趋于饱

满。墩底附近出现明显的弯剪斜裂缝，但没有达

到剪切破坏[11―12]。 
崔海琴针对目前我国公路桥梁中普遍采用的

矩形空心薄壁墩为原型进行了拟静力试验。模型

的体积配箍率分 0.85%与 1.22%两种，纵筋率为
4%。试验结果显示空心墩破坏模式均为弯曲破
坏，墩底同样有弯剪斜裂缝。滞回曲线与本文试

验相比丰满很多，并且随着配箍率与轴压比的增

大，滞回曲线越加丰满，耗能能力增大[20]。 

3  抗剪承载力评估 
在地震荷载作用下，墩柱若发生脆性的剪切

破坏将大大降低其延性能力。空心墩由于其自身

的薄壁特征，侧面部分抗剪截面相对较小，当设

计不当时有可能出现剪切破坏。大部分国内外试

验中空心墩柱都出现了弯剪斜裂缝，部分试验表

现出了明显的剪切破坏，因此墩柱的抗剪能力需

要特别关注。本次试验中各模型都承受着轴力、

弯距和剪力的共同作用，大部分横桥向空心墩模

型墩底也都出现了斜向的弯剪裂缝。为研究墩柱

的抗剪性能，需要对这些墩柱进行抗剪承载力  
评估。 
目前抗剪性能研究还没有形成较为成熟的理

论公式，大部分抗剪承载力公式都在实心截面构

件试验的基础上提出的半经验半理论公式，而我

国各部门规范尤其是抗震规范还没有对墩柱的抗

剪承载力做专门的规定，设计中一般采用梁的斜

截面抗剪承载力进行估算，方法相对粗糙。本文

采用 CALTRANS 抗震设计规范(2010)以及 Priestly
所建议抗剪承载力公式对试验模型进行评估。 
3.1  CALTRANS 2010抗剪模型 
墩柱的抗剪能力可用混凝土提供的抗剪能力

Vc与箍筋所提供的抗剪能力 Vs组成
[26]： 

c sNV V V= +                               (5) 

c 1 2 g c gc (0.8 ) 0.33 (0.8 ) V Af f Aα α ′ ′= ≤       (6) 

s yh
1 d 10.305 0.083 ; 0.025 0.25

12.5
fρ

α µ α= + − ≤ ≤  

(7) 
c

2 2
g

1 ; 1 1.5
13.8

P
A

α α= +
×

≤ ≤              (8) 

式中：Ag为墩柱的毛截面； cf ′为未约束混凝土的抗

压强度；ρs箍筋或螺旋筋的配筋率；fyh为箍筋的屈

服应力；Pc为墩柱受到的轴压力；μd为位移延性； 

v yh
s

A f D
V

s
′

=                (9) 

当圆形截面时，Av=n(π/2)Ab，n 是箍筋数量，
Ab 为单根箍筋的面积；当矩形截面时，Av 是抗剪

箍筋的总截面，s 是箍筋的间距；D′是核心混凝土
宽度，为外层箍筋中心线之间的距离。 
3.2  修正 UCSD抗剪模型 

Kowalsky and Priestley[27]在 Priestley[28]等抗剪

模型基础上提出了修正的模型，考虑了混凝土的

抗剪能力随变形增大而减小的趋势，同时考虑了轴

力对抗剪性能的影响，表述为： 
c s pNV V V V= + +                     (10) 

c c g(0.8 )V f Aαβγ ′=                  (11) 

3 ; 1 1.5M
VD

α α= − ≤ ≤              (12) 

0.5 20 1lβ ρ= + ≤                    (13) 
0.29 0.04( 2); 0.05 0.29γ µ γ= − − ≤ ≤   (14) 

式中：α为与剪跨比 M/(VD)相关的系数； lρ 截面

纵筋率。 

yh

s
v yh

bπ cot ,
2

cot ,

A f D
sV

A f D
s

θ

θ

′
=  ′


圆形截面

矩形截面

  (15) 

p tanV P α=                       (16) 

式中：θ 为斜向裂缝与竖直线之间的夹角，建议取
30°；P 为所有作用于墩柱截面的轴力；α 取值见
图 11。 



 工    程    力    学 81 

 

D

轴向荷载P

P P
D

cos
P

α

α

α

cos
P

α

α

α

PV PV

PV PV

c/2c/2

轴向荷载P

 
图 11  轴力引起剪力的计算示意 

Fig.11  Analysis sketch of shear enhancement caused  
by the axial loading 

将各模型按两种抗剪模型计算与试验所测得

的骨架曲线进行比较，列于图 12 中。可以看到各 
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图 12  各模型剪切强度与需求的比较图 

Fig.12  Comparison of shear strength and shear demand in 
specimens 

模型均未达到剪切承载力破坏，与模型试验的破坏

现象一致。从中也可以看出修正的 UCSD模型的抗
剪承载力普遍要比 CALTRAN 2010 规范所规定  
的大。 

4  结论 
通过圆端形空心墩进行低周反复试验以及对

其数据的分析，得到以下结论： 
(1) 该类桥墩在反复荷载作用下，斜向裂缝在

侧面中部区域交叉，直至模型破坏，呈现出典型

的弯剪裂缝破坏。纵筋率越高，裂缝分布越密集。 
(2) 模型的滞回曲线捏缩效应都很明显。承载

力随着轴压比的提高而增大。纵筋率对水平承载

力有一定贡献，但不显著。配箍率较低的模型的承

载力下降较快。墩柱开裂后曲线从开裂荷载增长

至极限值较为缓慢，反映了墩柱纵筋从边缘向中

间逐渐屈服的过程。 
(3) 轴压比对空心桥墩模型位移延性系数影响

较大，纵筋率与剪跨比的影响较小。试验所选取

的配箍率都较小，对延性的影响不明显。 
(4) 各模型的耗能性能都较差。进入屈服阶段

以后，各模型的能量参数比迅速下降，大部分模

型在经过一段平稳阶段之后开始缓慢减小，少数

模型开始增长直至破坏。剪跨比对能量比参数的

影响较大。 
(5) 与我国公路空心桥墩试验结果相比，本文

模型的纵筋率较低，滞回曲线捏塑明显，耗能性能

明显较差。与欧洲学者进行的纵筋率相近的矩形空

心墩试验结果相比，滞回特性与耗能性能也相近。 
(6) 抗震剪切评估显示各模型剪力都没有达到

CALTRAN 2010 规范与修正 UCSD 抗剪模型所计
算的破坏剪力。 
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