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装配式自复位屈曲约束支撑滞回性能

张超众，郭小农，朱劭骏，高舒羽
（同济大学 土木工程学院，上海200092）

摘要：提出了一种装配式自复位屈曲约束支撑（ASC-
BRB），对其基本构造、受力机理和滞回性能进行了理论分

析，建立了ASC-BRB的有限元模型，进一步分析了ASC-
BRB的滞回性能，并研究了关键构造参数对其滞回性能的影

响规律。结果表明，理论恢复力模型能够有效描述ASC-
BRB的滞回特征，理论结果与有限元结果整体吻合较好。碟

簧组合压并后，支撑刚度显著增大，能够防止强震下结构层

间变形的快速增加，减小层间变形集中效应。进行ASC-
BRB设计时，各关键构造参数需合理匹配，使得ASC-BRB
具有良好的变形能力、耗能能力和复位能力，并可以有效减

小结构在强震下的层间变形集中效应。

关键词：自复位屈曲约束支撑；恢复力模型；有限元分析；滞

回性能
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Hysteretic Behavior of Assembled Self-
Centering Buckling-Restrained Brace

ZHANG Chaozhong， GUO Xiaonong， ZHU Shaojun，
GAO Shuyu
（College of Civil Engineering， Tongji University， Shanghai
200092，China）

Abstract： An assembled self-centering buckling-

restrained brace （ASC-RBB） was proposed， and its
working mechanism and hysteretic behavior were
theoretically analyzed. Furthermore， finite element
models were established to investigate the hysteretic
behavior of ASC-BRB，and to study the influence of key
structural parameters on its hysteretic performance. The
results show that the theoretically-derived restoring force
model can effectively describe the hysteretic
characteristics of ASC-BRB，and the theoretical results
are in good agreement with the finite element results.
After the combined disc springs being fully compressed，
the stiffness of ASC-BRB increases significantly，which

can prevent the rapid increment of the stratified
deformation and reduce the deformation concentration of
structures under strong earthquakes. When designing ASC-

BRB， the key structural parameters need to be
appropriately selected so that the brace can exhibit an
appreciable deformation capacity， energy dissipation，
and self-centering ability， and effectively reduce the
deformation concentration of structures under strong
earthquakes.

Key words： self-centering buckling-restrained brace；
restoring force model；finite element analysis；hysteretic

behavior

屈曲约束支撑（BRB）由于其滞回曲线饱满、耗

能能力强、拉压性能相近的特点，越来越多地应用于

建筑工程领域，国内外学者也对BRB及BRB框架结

构进行了广泛研究［1-9］。虽然BRB弥补了传统中心

支撑框架强震下支撑易受压屈曲的缺点，但是相关

研究［6-8］表明，由于BRB屈服后刚度较小，结构在强

震下易出现层间变形集中现象，且震后存在明显的

残余变形。为了改善BRB框架结构的层间变形集

中效应，Pan等［10］提出了双屈服点屈曲约束支撑，

Wang等［11］也提出了带备用索的屈曲约束支撑，其本

质都是通过增大支撑的屈服后刚度使结构的变形模

式得到控制。然而上述研究并没有解决BRB框架

强震后残余变形较大的问题，当残余层间位移角大

于0. 5％时，结构的维修成本将超过重建的费用［12］。

自复位耗能支撑既能为结构提供耗能能力，又

能提供复位能力，使结构在震后仅产生较小的残余

变形甚至无残余变形；同时，支撑与梁柱节点连接方

便，不存在自复位节点或自复位墙等与相邻构件变

形不协调的问题［13］，因而引起了国内外学者的广泛
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关注。Zhu等［14-15］利用形状记忆合金（SMA）的超弹

性和耗能能力，提出了一种自复位耗能支撑；在此基

础上，通过增加摩擦耗能装置，进一步提出了自复位

摩 擦 耗 能 支 撑 ，提 高 了 支 撑 的 耗 能 能 力 。

Christopoulos等［16］提出了以预应力芳纶纤维筋复位、

摩擦装置耗能的自复位摩擦耗能支撑，特殊的构造使

支撑无论是受拉还是受压状态，提供恢复力的预应力

筋均处于受拉状态。在此基础上，Erochko等［17］和

Chou等［18-19］通过串联2组预应力筋，使得支撑的变形

能力提高到原来的2倍。刘璐等［20］研究了钢绞线作

为复位材料的自复位屈曲约束支撑，然而受限于钢绞

线的弹性变形能力，支撑难以满足设计要求。碟形弹

簧通过叠合和对合组合可以具有较高的承载力和变

形能力，基于此特点，徐龙河等［21］提出预压碟簧自复

位摩擦耗能支撑，韩强等［22］提出一种内嵌碟簧型自复

位防屈曲支撑，并通过试验验证了其耗能能力和复位

性能；但该支撑构造复杂，装配时需要较多的焊接工

作，震后损伤部件不易更换。

相比摩擦阻尼器，金属阻尼器具有更稳定的耗

能机制。本文在上述研究基础上，提出了一种装配

式自复位屈曲约束支撑（assembled self-centering
buckling-restrained brace，ASC-BRB）。首先，阐述了

ASC-BRB的构造及工作机理，并建立了描述其滞回

特性的理论恢复力模型。随后，建立了数值模型并

将理论模型与数值模拟结果进行了对比。最后，通

过参数分析研究了ASC-BRB关键构造参数对支撑

滞回性能的影响规律。

1 ASC-BRB的构造及工作原理

1. 1 ASC-BRB的构造

ASC-BRB 的构造见图 1，由屈曲约束支撑

（BRB）和自复位（SC）系统两部分组成。该支撑的

耗能内芯在装配时采用全螺栓连接，避免了焊接带

来的不利影响，同时便于震后支撑的损伤检测及损

伤部件的快速更换。

图1 ASC-BRB的构造

Fig. 1 Configuration of ASC-BRB
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BRB系统由内、外约束套管（简称内管和外管）、

2个一字型耗能内芯和连接件组成。内管和外管为

方形截面钢管，对耗能内芯起约束作用，防止其受压

时出现面外屈曲。内管左端与十字形连接件（左连

接件）焊接为一体，外管右端两侧面焊有T型连接件

（右连接件），耗能内芯与内外管均采用自攻螺丝连

接。一字型耗能内芯包括中间削弱部分的屈服段和

两端截面扩大的非屈服段，屈服段和非屈服段间为

圆弧过渡段，以减小截面变化部分的应力集中；内芯

两侧设置有约束板，以防止内芯绕强轴屈曲；内芯表

面粘贴无粘结材料，以减小与约束部件的摩擦；内芯

两端开孔，与内外管采用自攻螺丝连接，便于更换。

SC系统由2组钢绞线、碟簧组合、内外管和端板

组成。每组钢绞线包括4根钢绞线，2组钢绞线与碟

簧组合三者为串联关系，每组钢绞线各有一端锚固

于碟簧装置两侧的挡板，另一端分别锚固在内外管

两端的端板上。左端板开有十字形槽孔，以便左连

接件穿过；左、右端板通过钢绞线的预张力顶紧内外

管两端，仅存在接触压力，而无其他连接。

1. 2 ASC-BRB的工作原理

ASC-BRB的工作原理见图2。图中F为支撑所

受轴向荷载，δ为支撑轴向位移。当支撑处于未受力

状态时（图 2b），在复位装置预应力筋的预拉力作用

下，左右端板挤压内外管，使内外管存在一定的压缩

变形；由于内外管轴向刚度比较大，该初始压缩变形

较小。ASC-BRB在此阶段处于自平衡状态。

假设ASC-BRB左端固定，当支撑受到向右的拉

力F时（图2a），随着外力增大，内管对右端板的压力

逐渐减小，外管对左端板的压力也逐渐减小，内外

管、耗能内芯和复位装置两端有伸长趋势，直到外力

F增加至可以克服预应力筋的预张力，内外管开始

出现相对运动。此阶段内外管、耗能内芯和复位装

置变形协调，为支撑提供较大的初始刚度。之后内

外管不再受力，耗能内芯逐渐受拉屈服提供耗能能

力，左右端板距离不断增加使复位装置变形也进一

步增加，即预应力筋伸长、碟簧组合压缩，复位装置

弹性恢复力进一步增大。若支撑达到某一位移时，

耗能内芯未出现破坏，而碟簧组合在外力作用下已

经压并，则当外力继续增加时，复位装置中仅有预应

力筋进一步伸长。支撑卸载后，复位装置的弹性恢

复力克服耗能内芯的屈服力，使得支撑具有较小的

残余变形。

若支撑受到向左的压力F（图 2c），当F增加至

可克服预应力筋的预张力和耗能内芯所需的弹性恢

复力时，内外管各有一端与端板脱离并出现相对运

动。之后随着外力增大，左右端板在内外套管的推

动下距离不断增加，耗能内芯逐渐受压屈服，复位装

置弹性恢复力增大。支撑卸载后，复位装置为其提

供复位所需的恢复力。与受拉时不同，支撑受压时，

内外管推动两侧端板产生相对运动，内外管始终承

受轴向压力。

通过上述分析可知，不论支撑受拉还是受压，复

位装置两端距离均增大，使其复位能力增加。由于2
组钢绞线与碟簧组合串联，因此支撑变形为钢绞线

伸长量与碟簧组合压缩量之和，相对仅由钢绞线作

为复位系统的支撑，其变形能力显著提高。

2 ASC-BRB的恢复力模型

ASC-BRB系统的恢复力模型可由BRB系统的

恢复力模型和SC系统的恢复力模型叠加而成。

BRB系统的钢材强化特性同时包含等向强化和

随动强化，并且耗能内芯受压时由于泊松效应和内

芯与内外管之间的摩擦作用，其受压承载力略大于

受拉承载力。为了便于简化计算，采用只考虑随动

强化的双线性弹塑性模型，见图 3。图中，δy和Py分
别是BRB的屈服位移和屈服荷载；δm和Pm分别是

BRB的极限位移和峰值荷载；Kc1和 Kc2分别是BRB
弹性刚度和屈服后刚度。

现有的基于预应力筋复位的SC系统为双线性

弹性模型，而由于提出的ASC-BRB采用2组钢绞线

和碟簧组合三者串联为支撑提供复位力，恢复力模

图2 ASC-BRB 的工作原理

Fig. 2 Working mechanism of ASC-BRB
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型为三线性弹性模型，见图4。图中δat（δac）、δit（δic）、

δut（δuc）分别为SC系统受拉（压）时的启动位移、碟簧

压并时的位移和极限位移；Pat（Pac）、Pit（Pic）、Put（Puc）
分别为SC系统受拉（压）时的激活荷载、碟簧压并时

的荷载和极限荷载；Kst1（K sc1）、K st2（K sc2）、K st3（K sc3）

分别为SC系统受拉（压）阶段的第一刚度、第二刚度

和第三刚度。

由于SC系统变形能力较大，并且碟簧组合压并

后SC系统表现出屈服后刚度增大的特点。因此耗

能内芯可能在碟簧压并前失效，也可能在碟簧压并

后失效，从而使ASC-BRB的恢复力模型表现出2种
不同特征。为了保证ASC-BRB对结构变形模式的

控制效果，要求内芯在碟簧组合压并后失效，则

ASC-BRB的恢复力模型见图5。以ASC-BRB首次

加载阶段为例，推导其恢复力模型。该恢复力模型

共分为9个阶段，各阶段的变形和刚度推导如下。

2. 1 支撑不受力时

ASC-BRB未受外力时，在钢绞线预张力T0的
作用下，内外管和耗能内芯均受压力，各部件初始压

缩变形为

δ i，i =δo，i =δc，i =
T0

K i+Ko+Kc1
（1）

式中：δi，i、δo，i和δc，i分别为钢绞线预张力引起的内外

管和耗能内芯的初始压缩变形；Ki、Ko和Kc1分别为

内管、外管和耗能内芯的轴向刚度，其中

K i =
EA i

L i （2）

Ko =
EAo

Lo （3）

Kc1 = 1
Lc
EAc

+ L j
EA j

+ L t
EA t

（4）

式中：E为钢材弹性模量；Ai、Ao和Li、Lo分别为内管

和外管的面积和长度；Ac、Aj、At和Lc、Lj、Lt分别为耗

能内芯屈服段、非屈服段和过渡段的面积和长度。

2. 2 OA阶段

外力F小于支撑激活荷载Fat时，内外管、耗能内

芯和复位装置变形协调，四者为并联关系，支撑第一

阶段刚度K1为
K1 =Kst1+Kc1 =K i+Ko+Kpd+Kc1 （5）

式中：Kpd为2组预应力筋和碟簧组合的串联刚度，即

复位装置的刚度。Kpd按式（6）计算：

图3 BRB的恢复力模型

Fig. 3 Restoring force model of BRB

图4 SC系统的恢复力模型

Fig. 4 Restoring force model of SC system

图5 ASC-BRB恢复力模型

Fig. 5 Restoring force model of ASC-BRB
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Kpd = 1
1
Kp1
+ 1
Kp2
+ 1
Kdz

（6）

式中：Kp1、Kp2、Kdz分别为第 1组预应力筋、第 2组预

应力筋和碟簧组合的刚度。其中

Kp1 =
EpAp1

Lp1 （7）

Kp2 =
EpAp2

Lp2 （8）

式中：Ep为预应力筋的弹性模量；Ap1和Ap2分别为第

1组和第 2组预应力筋的总截面面积；Lp1和Lp2分别

为2组预应力筋的长度。碟簧组合的刚度Kdz可根据

国家规范GB/T 1972—2005［23］计算。SC系统启动

时，支撑激活荷载为

Fat =
T0

1- Kpd

K i+Ko+Kc1+Kpd

≈T0
（9）

支撑启动位移δat与各部件初始压缩变形δi，i相同。

2. 3 AB阶段

拉力F超过激活荷载Fat后，内外管退出工作，耗

能内芯和复位装置继续承担外力，二者为并联关系，

直到耗能内芯受拉屈服，则此阶段支撑刚度K2为
K2 =Kst2+Kc1 =Kpd+Kc1 （10）

由于支撑未受力时，耗能内芯存在初始压缩变

形δci，当外力F达到激活荷载Fat时，耗能内芯恢复至

不受力状态。因此，耗能内芯屈服时对应的支撑位

移δyt为
δyt =δy+δc，i （11）

此时支撑所受拉力Fyt为
Fyt =Fat+K2 ⋅δy =T0+Py+Kpd ⋅δy （12）

2. 4 BC阶段

耗能内芯受拉屈服后，随着外力F进一步增大，

内外管相对移动距离增加，耗能内芯变形也不断增

加，直至碟簧组合达到压并状态。此阶段支撑刚度

K3为
K3 =Kst2+Kc2 =Kpd+Kc2 （13）

参考Miller［24］的建议，耗能内芯的屈服后刚度比

取0. 03，即Kc2= 0. 03 Kc1。设碟簧组合自由变形高

度为 fz，碟簧组合在初始预压力T0作用下的变形量为

δdt0 =
T0
Kdz

（14）

当支撑位移为δat时，碟簧组合进一步压缩量为

δdt1 =δat ⋅
Kpd

Kdz
（15）

因此，当SC系统处于第二刚度Kst2范围内时，碟簧组

合的最大变形量为
δdt2 = fz-δdt0-δdt1 （16）

则碟簧组合压并时，支撑的位移δit为

δ it =δat+δdt2 ⋅
Kdz

Kpd
（17）

此时支撑所受拉力Fit为
F it =Fyt+K3 ⋅ (δ it-δyt)=T0+Py+Kpd ⋅ (δ it-

δat)+Kc2 ⋅ (δ it-δyt) （18）
2. 5 CD阶段

碟簧组合压并后，随着外力F进一步增大，SC
系统刚度仅由 2组串联的预应力筋提供，直至支撑

达到目标位移。此阶段支撑刚度K4为

K4 =Kst3+Kc2 =
Kp1 ⋅Kp2

Kp1+Kp2
+Kc2 （19）

2. 6 DE阶段

支撑达到目标位移δ后开始卸载。卸载至E点

时，根据复位装置和耗能内芯受力状态的不同，存在

2种情况，分别见图 5中ASC-BRB恢复力模型的实

线和点划线。图中实线表示耗能内芯卸载并在复位

装置复位力作用下反向受压达到屈服点，而复位装

置的碟簧组合仍处于压并状态，此时E点对应支撑

位移为 δ-2δy；图中点划线表示耗能内芯在达到反

向受压屈服点前，复位装置的碟簧组合已恢复至压

并临界状态，此时E点对应支撑位移为δit。此阶段支

撑卸载刚度为

KDE=Kst3+Kc1 =
Kp1 ⋅Kp2

Kp1+Kp2
+Kc1 （20）

2. 7 EF阶段

根据DE阶段的卸载情况，该阶段亦存在 2种
情况。

其一见图 5中实线，耗能内芯在复位装置复位

力作用下处于受压屈服状态，碟簧组合仍处于压并

状态，卸载到F点时，碟簧组合处于压并临界状态，

此阶段支撑卸载刚度为

KEF=Kst3+Kc2 =
Kp1 ⋅Kp2

Kp1+Kp2
+Kc2 （21）

其二见图 5中点划线，耗能内芯继续卸载并在

复位装置复位力作用下反向受压达到屈服点，此阶

段支撑卸载刚度为

KEF=Kst2+Kc2 =Kpd+Kc1 （22）
2. 8 FG阶段

支撑继续卸载至内外套管逐渐达到两端平齐并

与端板接触的状态，此阶段支撑卸载刚度为

KFG=K3 =Kpd+Kc2 （23）

12
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2. 9 GH阶段

随着外力进一步减小，内外管、耗能内芯和复位

装置协同变形，直至外力F卸载至零。此阶段支撑

刚度为

KGH=Kst1+Kc2 =K i+Ko+Kpd+Kc2（24）
支撑完全卸载之后，由于复位装置的部分预张

力与耗能内芯反向受压屈服后的力平衡，支撑无法

恢复至初始状态，会产生一定的残余变形δr。δr按式

（25）计算：

δr ≈δat-
T0-Pco

K i+Ko+Kpd+Kc2
（25）

式中：Pco为支撑复位到原点时耗能内芯的屈服力。

由式（25）可见，若能保证Pco≤T0，则δr≤δat。对于自

复位屈曲约束支撑，由于其第一刚度K1很大，因此

支撑启动位移 δat通常很小，则支撑的残余变形 δr便
可忽略不计。考虑到自复位屈曲约束支撑耗能内芯

应变强化及拉压不均匀特性，在自复位屈曲约束支

撑设计中，若要实现支撑完全复位，应保证 T0 ≥
Pc，max，Pc，max为考虑耗能内芯拉压不均匀特性的最大

受压承载力，即T0≥ ΦωPy，Φ为耗能内芯受压承载

力调整系数，ω为耗能内芯应变硬化系数，根据

Miller［24］的建议，可取Φ= 1. 20，ω= 1. 35。
需要说明的是，若自复位屈曲约束支撑初始受

压，由于外管轴向刚度一般大于内管，支撑达到受压

激活荷载前，内外管并非始终变形协调。该结论可

通过对支撑各部件取隔离体分析得到。支撑受压

时，其启动位移δac和激活荷载Fac可以表示为

δac =
T0-

T0 ⋅K i

K i+Ko+Kc1

K i
= T0 ⋅ ( )Ko+Kc1

K i ( )K i+Ko+Kc1

（26）

Fac =T0+
T0 ⋅Kc1

K i+Ko+Kc1
+Kc1 ⋅δac （27）

支撑受压时，由于SC系统激活后，内外管均受压

力，并且内外管与复位装置三者受力为串联关系，因

此支撑受压激活后刚度会略小于受拉激活后刚度。

3 有限元模型的建立和验证

3. 1 有限元模型的建立

通过有限元软件ABAQUS建立ASC-BRB的

精细化模型，以研究ASC-BRB的滞回性能。模型主

要部件尺寸如表 1所。ASC-BRB整体有限元模型

见图6a，其中复位装置模型见图6b。支撑耗能内芯、

内管、外管、端板、连接板等部件均采用C3D8R实体

单元模拟，钢绞线采用T3D2桁架单元模拟。除耗

能内芯采用 Q235钢材外，其余实体部件均采用

Q345钢材，钢材材料参数按文献［25］取值。Q235
钢材的屈服强度为 293 MPa，抗拉强度为 465 MPa，
弹性模量为 202 GPa；材料本构采用可考虑随动强

化和等向强化的混合强化模型，强化参数见表2。表

中，σ|0为等效塑性应变为零时的材料应力，Q∞和 biso
为等向强化参数，C1、γ1、C2、γ2、C3和γ3为随动强化参

数。Q345钢材采用双线性随动强化模型，屈服强度

335 MPa，强化模量取钢材弹性模量的1%。预应力

钢绞线的钢丝直径为5 mm，规格为1 × 7，公称直径

为 15. 2 mm，抗拉强度为 1 860 MPa，单根破断荷载

为 260 kN；材料本构采用线弹性模型，弹性模量取

195 GPa；4根钢绞线的总预张力为200kN，通过降温

法施加预应力，其中线膨胀系数取 1. 2 × 10-5 ℃-1。

已有研究［26］表明，采用弹簧单元模拟碟簧力学性能

具有良好的精度。考虑到碟簧组合压并后刚度可视

为无限大，采用 connector连接器定义非线性弹簧单

元，碟簧组合为 2片叠合、10组对合，根据规范［23］
可求得碟簧组合压并前刚度为7. 82kN·mm-1。通过

求解力法方程可得，施加200 kN的预张力时钢绞线

需降温1 246. 85℃。

模型中连接件与内外管的焊接连接及耗能内芯

与内外管的螺栓连接均采用绑定约束，端板与内外

管的接触定义为“硬接触”。由于耗能内芯与内外管

管壁存在大面积接触，并且加载过程中接触状态不

断发生变化，模型采用摩擦接触难以收敛，因此，通

过约束耗能内芯的面外平动自由度考虑所受到的侧

向约束作用。钢绞线与端板的锚固连接通过耦合钢

绞线和端板孔壁相应的节点自由度实现。

支撑一端固定，另一端通过参考点施加轴向位

移。加载制度采用等幅递增的位移加载模式，参考

相关规范和试验［24，27］，并考虑到碟簧压并后，钢绞线

变形能力有限，位移幅值分别为±2Δy、±4Δy、
±6Δy、±8Δy、±10Δy、±12Δy、±14Δy、±16Δy、

表1 ASC-BRB模型主要部件尺寸

Tab. 1 Dimensions of main components of ASC-BRB

部件

名称
内管
外管

耗能内芯
钢绞线
碟簧

规格

300 mm×300 mm×12 mm
340 mm×340 mm×12 mm

40 mm×6 mm
D15. 2 mm

160 mm×82 mm×9. 4 mm×13. 5 mm

长度/
mm
1 560
1 560
1 560
974. 5

数量

1
1
2
8
20

13
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±18Δy，Δy为耗能内芯屈服时对应的支撑位移，每个

位移幅值循环加载2圈。设支撑与梁的夹角为 30°，
则支撑加载的最大位移对应的层间位移角为3%。

3. 2 有限元模型的验证

为了保证建模方法的合理性，首先分别对BRB
和SC系统进行了模拟，并进行验证。

3. 2. 1 BRB模型的验证

由于模拟耗能内芯时未考虑内芯受压时与内外

管管壁的接触作用，而是直接约束其面外平动自由

度，因此需对该模拟方法得到的结果进行评估。采

用文献［25］描述的BRB低周往复加载试验的结果

进行验证，通过建立与文献相同的耗能内芯模型，并

采用相同的加载制度，得到的滞回曲线见图7。从图

中可以看出，模拟得到的滞回曲线与试验结果整体

吻合较好。试验中内芯与约束部件间的摩擦作用使

得BRB受压承载力略大于受拉承载力，因此，模拟

得到的受压承载力略小于试验值，误差为6. 2%。

3. 2. 2 SC系统的验证

按照3. 1节描述的方法，建立只包含SC系统的

有限元模型，模拟得到的滞回曲线见图 8，同时与理

论结果进行对比，SC系统的关键参数对比如表 3。
由图 8和表 3知，SC系统滞回曲线呈现典型的三段

线性特征，模拟结果与理论结果整体吻合程度较高，

仅初始刚度误差较大，达到了—25. 05%。经分析发

现，由于SC系统初始刚度很大，因而启动位移非常

小，约为0. 05 mm。有限元模拟时，端板的弹性变形

会使SC系统的初始刚度显著降低，而理论分析时没

有考虑端板弹性变形的影响。采用刚体模拟端板

时，模拟曲线与理论曲线几乎完全重合，初始刚度误

差仅为—4. 10%。SC系统激活荷载为 199. 85 kN，
表明采用降温法施加钢绞线的预应力十分准确。

SC系统受压阶段刚度均略小于受拉阶段，如第2节
所述，支撑受拉超过启动位移后，内外管不再受力；

受压时，内外管均承担压力，由于内外管和复位装置

三者串联使得 SC系统受压刚度略小于受拉刚度。

从表3也可看出，由于内外管截面面积比较大，轴向

刚度较大，因此SC系统受拉与受压刚度相差很小，

为了简化分析，可认为SC系统拉压性能相同。

钢绞线应力和支撑位移关系曲线见图9。可见，

该曲线呈现出典型的“V形”特征，无论支撑受拉还

是受压，钢绞线均受拉提供复位力。此外，钢绞线应

力随支撑位移变化表现出双折线特征，碟簧组合压

并前，复位系统刚度较小，钢绞线应力变化较小；碟

簧组合压并后，复位系统刚度仅由钢绞线提供，其刚

度较大，随着支撑位移增加，钢绞线应力快速增加。

从图中也可看出，由于端板弹性变形的影响，支撑位

Fig. 8 Simulation results of SC system

图6 ASC-BRB有限元模型

Fig. 6 Finite element model of ASC-BRB

表2 耗能内芯材料强化参数

Tab. 2 Hardening parameters of core plate

σ|0 /
MPa
293

Q∞/
MPa
30

biso

1. 2

C1

8 000

γ1

100

C2

100 000

γ2

2 500

C3

500

γ3

0

图7 BRB模拟与试验结果对比

Fig. 7 Comparision of simulation and test results of
BRB
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移相同时，钢绞线应力略小于端板刚性的情况。

上述分析结果表明，本文的建模方法可以有效

模拟ASC-BRB的滞回性能。

3. 3 ASC-BRB的模拟结果

由图10可见，加载至18 mm时，碟簧组合压并，

表现出屈服后刚度增大的特点。从图中可见，支撑

初始屈服后刚度较小，可充分利用耗能部件的塑性

变形耗散地震能量；当支撑达到某一位移后，屈服后

刚度显著增加，可减轻楼层的变形集中效应，避免局

部楼层变形过大导致结构倒塌。

图10还对比了ASC-BRB恢复力模型的理论值

与模拟结果，表 4给出了支撑各关键参数的对比结

果。从图 10和表 4可以看出，滞回曲线的理论值与

模拟结果吻合程度较高，除了初始刚度相差较大外，

其余结果最大误差仅为 4. 14%，表明理论恢复力模

型能够有效描述ASC-BRB的滞回特性。

4 参数分析

4. 1 参数分析模型

进行ASC-BRB设计时，需考虑不同构造参数对

支撑滞回性能的影响。在 3. 3节数值模基础上，考

虑钢绞线预张力、耗能内芯面积、钢绞线面积、碟簧

对合组数 4个关键参数对ASC-BRB滞回性能的影

响，并建立 13个有限元模型，具体构造参数见表 5。

各模型命名规则为：字母W代表耗能内芯宽度，字

母T代表钢绞线预张力，字母D代表钢绞线公称直

径，DS代表碟簧对合组数。W40T200D15DS10为
基准模型，基准模型各部件的弹性刚度见表6。

定义强度比β为钢绞线预张力与耗能内芯最大

受压承载力的比值，即

β= T0
Pc，max （28）

表3 SC系统关键参数的模拟值与理论值

Tab. 3 Simulation and theoretical values of key parameters of SC system

关键参数

模拟值
理论值
误差/%

Pat/
kN

199. 85
200. 00
-0. 08

Pit/
kN

320. 24
320. 06
-0. 06

Put/
kN

995. 60
1037. 26
4. 02

Kst1/（kN·
mm-1）

2 931. 74
3 911. 35
-25. 05

Kst2/（kN·
mm-1）

6. 84
6. 86
-0. 29

Kst3/（kN·
mm-1）

54. 70
56. 03
-2. 37

Pac/
kN

199. 34
200. 00
0. 33

Pic/
kN

327. 14
320. 82
-1. 97

Puc/
kN

937. 99
986. 93
4. 96

Ksc1/（kN·
mm-1）

2 682. 26
3 428. 33
-21. 76

Ksc2/（kN·
mm-1）

6. 79
6. 81
-0. 29

Ksc3/（kN·
mm-1）

51. 56
52. 98
-2. 68

Fig. 9 Curve of stress of steel strand-brace dis⁃
placement

图10 ASC-BRB有限元与理论滞回曲线对比

Fig. 10 Comparison of finite element and theoreti⁃
cal hysteretic behavior of ASC-BRB

表4 ASC-BRB关键参数的模拟值与理论值

Tab. 4 Simulation and theoretical values of key parameters of ASC-BRB

关键参数

模拟值
理论值
误差/%

Fat/kN

204. 81
200. 00
2. 41

Fyt/kN

344. 17
349. 09
-1. 41

Fit/ kN

518. 87
498. 24
4. 14

Fmt/ kN

1 237. 21
1 259. 94
-1. 80

K1/（kN·
mm-1）
3 014. 47
3 995. 44
-24. 55

K2/（kN·
mm-1）
91. 66
90. 95
0. 78

K3/（kN·
mm-1）
9. 43
9. 38
0. 53

K4/（kN·
mm-1）
57. 24
58. 55
-2. 24
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由第2节分析可知，若要保证ASC-BRB完全复 位，β值需不小于1。

4. 2 钢绞线预张力的影响

钢绞线预张力分别为 150 kN、200 kN、250 kN
和300 kN时，ASC-BRB模型的滞回曲线见图11，关
键参数模拟结果见表 7。表 7中，Kv是参数分析模

型中改变参数后的部件的弹性刚度；各关键参数均

采用量纲一化表示，其值为当前模型模拟结果与基

准模型模拟结果的比值。随着钢绞线预张力的增

加，支撑激活荷载提高，在相同位移幅值下，

W40T300D15DS10承载力最高，预张力的改变对支

撑各阶段刚度没有影响。4个模型的强度比 β分别

为 0. 74、0. 99、1. 24和 1. 49，残余位移分别为 6. 37
mm、0. 18 mm、0. 10 mm和 0. 06 mm，表明预张力的

增加可以有效减小支撑的残余位移。其中，

W40T200D15DS10的强度比为0. 99，略小于1，而支

撑残余位移仅为0. 18 mm，可忽略不计。因此，如前

面理论分析，保证ASC-BRB的强度比β不小于 1便
可以实现支撑完全复位。由于钢绞线预张力的增

加，碟簧组合的预压量随之增加，支撑在碟簧组合压

并时的位移减小，提前达到较大的屈服后刚度，而受

限于钢绞线的弹性变形能力，支撑的极限位移减小。

W40T300D15DS10的预张力为基准模型的 1. 5倍，

而其极限位移仅为基准模型的55. 70%。因此，在支

撑设计时，钢绞线预张力取值能保证支撑的复位效

果即可，从而使支撑具有更大的变形能力。

4. 3 耗能内芯面积的影响

耗能内芯屈服段宽度为25、40、55和70 mm时，

ASC-BRB模型的滞回曲线见图 12，关键参数模拟

结果见表7。随着耗能内芯面积增加，支撑屈服荷载

提高，在相同位移幅值下，W70T200D15DS10承载

力最高；支撑屈服后刚度K2和K3显著增加，而K1和
K4无明显增加。耗能内芯面积的增加也使支撑的滞

回曲线更加饱满，等效黏滞阻尼比随之增大，支撑耗

表5 ASC-BRB参数分析模型

Tab. 5 Parametric analysis models of ASC-BRB

模型
序号
0
1
2
3
4
5
6
7
8
9
10
11
12

名称
W40T200D15DS10
W40T150D15DS10
W40T250D15DS10
W40T300D15DS10
W25T200D15DS10
W55T200D15DS10
W70T200D15DS10
W40T200D12DS10
W40T200D17DS10
W40T200D21DS10
W40T200D15DS 6
W40T200D15DS14
W40T200D15DS18

内芯规格/mm

40×6
40×6
40×6
40×6
25×6
55×6
70×6
40×6
40×6
40×6
40×6
40×6
40×6

钢绞线预张力/kN

200
150
250
300
200
200
200
200
200
200
200
200
200

钢绞线公称直径/mm

15. 2
15. 2
15. 2
15. 2
15. 2
15. 2
15. 2
12. 7
17. 8
21. 6
15. 2
15. 2
15. 2

碟簧对合组数

10
10
10
10
10
10
10
10
10
10
6
14
18

β

0. 99
0. 74
1. 24
1. 49
1. 43
0. 65
0. 50
0. 99
0. 99
0. 99
0. 99
0. 99
0. 99

表6 基准模型各部件弹性刚度

Tab. 6 Elastic stiffness of each component of
benchmark model kN·mm-1

内管
1 750. 63

外管
1 993. 78

耗能内芯
82. 73

钢绞线
56. 77

碟簧组合
7. 82

图11 钢绞线预张力的影响

Fig. 11 Influence of pretension of steel strands
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能能力明显提高。4个模型的强度比β分别为1. 43、
0. 99、0. 65和 0. 50，残余位移分别为 0. 05、0. 18、
8. 41和 14. 47 mm。虽然支撑的耗能能力随耗能内

芯面积增加而明显提高，但是残余位移也明显增加。

因此，在支撑设计时，可以根据强度比 β不小于 1来
匹配钢绞线预张力与耗能内芯承载力的关系，保证

支撑具有良好复位性能的同时也具有较高的耗能

能力。

4. 4 钢绞线面积的影响

钢绞线公称直径分别为 12. 7 mm、15. 2 mm和

17. 8 mm和21. 6mm时，ASC-BRB模型的滞回曲线

见图 13，关键参数模拟结果见表 7。钢绞线面积的

增加对支撑初始刚度K1和屈服后刚度K2、K3影响较

小，而屈服后刚度K4显著增大。因为复位装置是由

2组钢绞线和碟簧组合串联组成，由表 6可知，在碟

簧组合压并前，复位系统激活后刚度由刚度较小的

碟簧组合控制；而碟簧组合压并后，复位系统的刚度

由刚度较大的钢绞线决定。因此，碟簧组合压并前，

各模型在相同位移幅值下的承载力几乎相同，而碟

簧组合压并后，钢绞线面积的增加使支撑承载力显

著增大，可以更有效地抑制结构层间变形快速增加。

而支撑所受轴力过大时，会对连接节点和相邻构件

产生不利影响。需要注意的是，在施加相同预张力

的情况下，钢绞线面积越小，其剩余弹性变形能力越

小；W40T200D12DS10钢绞线面积最小，支撑的屈

服后刚度K4和极限变形能力均为最小，结构容易在

强震作用下因层间变形过大导致钢绞线断裂。因

此，在支撑设计时，可以通过适当增加钢绞线面积提

高ASC-BRB对结构变形模式的控制效果。

4. 5 碟簧对合组数的影响

碟簧对合组数分别为 6、10、14和 18时，ASC-

BRB模型的滞回曲线见图14，关键参数模拟结果见

表 7。随着碟簧对合组数的增加，支撑屈服后刚度

K2和K4略有降低，而K3显著减小。碟簧对合组数的

改变对碟簧压并时的支撑位移和支撑极限位移有明

显影响。当对合组数为 6时，碟簧压并时的支撑位

移为11. 48 mm（对应层间位移角1. 2%），此时支撑

能较早地限制结构的层间变形快速增加，而支撑极

限位移仅为23. 85 mm（对应层间位移角2. 44%）；当

对合组数为 18时，碟簧压并时的支撑位移较大，为

30. 61 mm（对应层间位移角 3. 1%），此时支撑无法

有效控制结构的变形模式，结构可能会出现层间变

表7 ASC-BRB参数分析结果

Tab. 7 Parametric analysis results of ASC-BRB

模型
序号
0
1
2
3
4
5
6
7
8
9
10
11
12

名称
W40T200D15DS10
W40T150D15DS10
W40T250D15DS10
W40T300D15DS10
W25T200D15DS10
W55T200D15DS10
W70T200D15DS10
W40T200D12DS10
W40T200D17DS10
W40T200D21DS10
W40T200D15DS 6
W40T200D15DS14
W40T200D15DS18

Kv

1. 00
1. 00
1. 00
1. 00
0. 64
1. 34
1. 73
0. 72
1. 35
1. 85
1. 67
0. 71
0. 56

Fat

1. 00
0. 76
1. 25
1. 49
1. 00
1. 01
1. 02
1. 01
1. 01
1. 01
1. 00
1. 00
1. 00

Fyt

1. 00
0. 87
1. 16
1. 31
0. 87
1. 16
1. 37
1. 02
1. 05
1. 05
1. 05
1. 00
1. 03

Fit

1. 00
1. 01
0. 98
0. 93
0. 86
1. 15
1. 30
1. 00
1. 01
1. 02
0. 99
1. 01
1. 02

Fmt

1. 00
1. 00
1. 05
1. 04
0. 95
1. 09
1. 14
0. 72
1. 26
1. 59
0. 98
1. 00
1. 00

K1

1. 00
1. 00
1. 00
1. 00
0. 99
1. 01
1. 02
1. 00
1. 00
1. 00
1. 00
1. 00
1. 00

K2

1. 00
1. 00
1. 00
1. 00
0. 67
1. 32
1. 68
1. 00
1. 00
1. 01
1. 04
0. 98
0. 97

K3

1. 00
1. 00
1. 00
1. 00
0. 86
1. 09
1. 32
0. 96
1. 04
1. 05
1. 61
0. 79
0. 60

K4

1. 00
1. 00
1. 00
1. 00
0. 99
1. 01
1. 02
0. 72
1. 35
1. 85
1. 04
0. 92
0. 88

图12 耗能内芯面积的影响

Fig. 12 Influence of area of core plates
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形集中现象，支撑极限变形能力较强，为 44. 24 mm
（对应层间位移角4. 5%）。因此在支撑设计时，需选

择合适的碟簧对合组数，使支撑具有足够变形能力

而结构的层间变形集中效应又能得到有效控制。

5 结论

（1）ASC-BRB自复位系统的恢复力模型呈现

典型的三段线性特征，碟簧组合压并后，屈服后刚度

显著增大，可以使结构在强震下的层间变形更加均

匀，减小层间变形集中效应。

（2）ASC-BRB有限元模拟结果与理论恢复力

模型整体吻合较好，说明理论恢复力模型能较好地

预测ASC-BRB的滞回性能。

（3）对ASC-BRB的滞回性能进行了参数分析，

研究了钢绞线预张力、耗能内芯面积、钢绞线面积、

碟簧对合组数 4个关键参数的影响。结果表明，钢

绞线预张力的增加和碟簧对合组数的减少均会使支

撑在碟簧组合压并时的位移减小，提前达到较大的

屈服后刚度，而受限于钢绞线的弹性变形能力，支撑

的极限位移减小；耗能内芯面积的增加对支撑各阶

段刚度的影响不明显，能有效提高支撑耗能能力，但

会使残余变形增大；控制强度比β不小于1来匹配钢

绞线预张力与耗能内芯承载力的关系，保证支撑具

有良好复位性能的同时，也具有较高的耗能能力；钢

绞线面积的增加能显著提升碟簧组合压并后支撑的

刚度，使支撑更有效地防止结构层间变形快速增加。

作者贡献申明：

张超众：提出具体构造，数值模拟，数据分析并

撰写论文。

郭小农：提出研究方向，构思研究计划，审阅、修

改论文，提出指导意见。

朱劭骏：数据分析，审阅初稿，提出指导意见。

高舒羽：审阅初稿，提出指导意见。

参考文献：

［1］ BLACK C J，MAKRIS N，AIKEN I D. Component testing，
seismic evaluation and characterization of buckling-restrained
braces［J］. Journal of Structural Engineering， 2004， 130
（6）：880.

［2］ CLARK P W，AIKEN I D，KASAI K，et al. Large-scale
testing of steel unbonded braces for energy dissipation［C］//
Proceedings of Advanced Technology in Structural
Engineering. Philadelphia：Structures Congress，2000.

［3］ JU Y K，KIM M H，KIM J，et al. Component tests of
buckling-restrained braces with unconstrained length ［J］.

图13 钢绞线面积的影响

Fig. 13 Influence of area of steel strands

图14 碟簧对合组数的影响

Fig. 14 Influence of groups of disc springs in series

18



第 1期 张超众，等：装配式自复位屈曲约束支撑滞回性能

Engineering Structures，2009，31（2）：507.
［4］ CHOU C C，CHEN S Y. Subassemblage tests and finite

element analyses of sandwiched buckling-restrained braces［J］.
Engineering Structures，2010，32（8）：2108.

［5］ 郭彦林，张博浩，王小安，等 .装配式防屈曲支撑设计理论的

研究进展［J］.建筑科学与工程学报，2013，30（1）：1.
GUO Yanlin， ZHANG Bohao， WANG Xiaoan， et al.
Research progress on design theory of assembled buckling-
restrained brace ［J］. Journal of Architecture and Civil
Engineering，2013，30（1）：1.

［6］ KIGGINS S，UANG C M. Reducing residual drift of buckling-
restrained braced frames as a dual system［J］. Engineering
Structures，2006，28（11）：1525.

［7］ SABELLI R，MAHIN S，CHANG C. Seismic demands on
steel braced frame buildings with buckling-restrained braces［J］.
Engineering Structures，2003，25（5）：655.

［8］ FAHNESTOCK L A， RICLES J M， SAUSE R.
Experimental evaluation of a large-scale buckling-restrained
braced frame［J］. Journal of Structural Engineering，2007，133
（9）：1205.

［9］ 周云，钟根全，龚晨，等 .开孔钢板装配式屈曲约束支撑钢框

架抗震性能试验研究［J］.建筑结构学报，2019，40（3）：152.
ZHOU Yun， ZHONG Genquan， GONG Chen， et al.
Experimental study on seismic performance of perforated steel-
plate assembled buckling-restrained braced steel frames［J］.
Journal of Building Structures，2019，40（3）：152.

［10］ SUN J，PAN P，WANG H. Development and experimental
validation of an assembled steel double-stage yield buckling-
restrained brace［J］. Journal of Constructional Steel Research，
2018，145：330.

［11］ WANG C L，QING Y，WANG J，et al. A new buckling-
restrained brace with gap-supported tendon protection：
Experiment and application［J］. Engineering Structures，2019，
200：109688.

［12］ MCCORMICK J，ABURANO H， IKENAGA M，et al.
Permissible residual deformation levels for building structures
considering both safety and human elements［C］// Proceedings
of the 14th World Conference on Earthquake Engineering.
Beijing：Seismological Press，2008：12-17.

［13］ EATHERTON M R，FAHNESTOCK L A，MILLER D J.
Computational study of self-centering buckling-restrained
braced frame seismic performance［J］. Earthquake Engineering
and Structural Dynamics，2014，43（13）：1897.

［14］ ZHU S，ZHANG Y. Seismic behaviour of self-centring braced
frame buildings with reusable hysteretic damping brace［J］.
Earthquake Engineering and Structural Dynamics，2007，36
（10）：1329.

［15］ ZHU S，ZHANG Y. Seismic analysis of concentrically braced
frame systems with self-centering friction damping braces［J］.
Journal of Structural Engineering，2008，134（1）：121.

［16］ CHRISTOPOULOS C，TREMBLAY R，KIM H J，et al.
Self-centering energy dissipative bracing system for the seismic

resistance of structures：development and validation［J］. Journal
of Structural Engineering，2008，134（1）：96.

［17］ EROCHKO J，CHRISTOPOULOS C，TREMBLAY R.
Design and testing of an enhanced-elongation telescoping self-
centering energy-dissipative brace［J］. Journal of Structural
Engineering，2015，141（6）：04014163.

［18］ CHOU C C，CHEN Y C. Development of steel dual-core self-
centering braces：quasi-static cyclic tests and finite element
analyses［J］. Earthquake Spectra，2015，31（1）：247.

［19］ CHOU C C，CHUNG P T. Development of cross-anchored
dual-core self-centering braces for seismic resistance［J］. Journal
of Constructional Steel Research，2014，101：19.

［20］ 刘璐，吴斌，李伟，等 .一种新型自复位防屈曲支撑的拟静力

试验［J］.东南大学学报（自然科学版），2012，42（3）：536.
LIU Lu，WU Bin，LI Wei，et al. Cyclic tests of novel self-
centering buckling-restrained brace［J］. Journal of Southeast
University（Natural Science Edition），2012，42（3）：536.

［21］ 徐龙河，樊晓伟，代长顺，等 .预压弹簧自恢复耗能支撑受力

性能分析与试验研究［J］.建筑结构学报，2016，37（9）：142.
XU Longhe，Fan Xiaowei，DAI Changshun，et al. Mechanical
behavior analysis and experimental pre-pressed spring self-
centering energy dissipation brace ［J］. Journal of Building
Structures，2016，37（9）：142.

［22］ 韩强，贾振雷，王晓强，等 .内嵌碟簧型自复位防屈曲支撑性

能试验及其恢复力模型研究［J］. 工程力学，2018，35
（6）：144.
HAN Qiang，JIA Zhenlei，WANG Xiaoqiang，et al. Behavior
test and restoring force model of disc-spring self-centering
buckling-restrained braces［J］. Engineering Mechanics，2018，
35（6）：144.

［23］ 中国国家标准化管理委员会 . 碟形弹簧：GB/T 1972—2005
［S］.北京：中国标准出版社，2005.
Standardization Administration of the People's Republic of
China. Disc spring：GB/T 1972—2005［S］. Beijing：Standards
Press of China，2005.

［24］ MILLER D J. Development and experimental validation of self-
centering buckling-restrained braces with shape memory alloy
［D］. Urbana：University of Illinois at Urbana-Champaign，
2011.

［25］ XIE Q，ZHOU Z，HUANG J H，et al. Finite-element analysis
of dual-tube self-centering buckling-restrained braces with
composite tendons［J］. Journal of Composites for Construction，
2017，21（3）：04016112.

［26］ 陈云，陈超 . 装配式自复位摇摆钢框架恢复力模型研究［J］.
建筑结构学报，2020. doi：10.14006/j.jzjgxb.2019.0396.
CHEN Yun，CHEN Chao. Study on restoring force model of
prefabricated self-centering rocking steel moment-resisting
frame［J］. Journal of Building Structures，2020. doi：10.14006/
j.jzjgxb.2019.0396.

［27］ American Institute of Steel Construction. ANSI /AISC 341，
Seismic Provisions for Structural Steel Buildings［S］. Chicago：
American Institute of Steel Construction，2010.

19


