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异形钢桁架-混凝土组合剪力墙剪力滞后效应
及骨架曲线

王卫永 1，2， 杨启波 1，3， 王领军 1

（1. 重庆大学 土木工程学院，重庆 400045；2. 山地土木工程安全与韧性全国重点实验室，重庆400045；
3. 重庆忠县燃气有限责任公司，重庆404300）

摘要：为探明异形钢桁架‒混凝土组合剪力墙的受力性能，

对剪力滞后效应及骨架曲线进行研究。基于最小势能原理，

采用能量变分法计算翼缘内纵向应力分布，引入有效系数考

虑翼缘端部型钢竖杆在墙体抵抗水平荷载中的作用，按照平

截面假定分析剪力墙底部截面在不同受力状态下的应力和

应变分布，得到了截面的弯矩‒曲率关系；根据弯矩计算墙顶

荷载，再由墙体曲率分布及剪切刚度计算墙顶位移；以开裂

点、屈服点、峰值点、极限点为特征点，建立了考虑剪力滞后

效应的骨架曲线分析方法，试验表明，该方法能较为准确地

预测异形钢桁架‒混凝土组合剪力墙的力学性能。
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Shear Lag Effect and Skeleton Curve of 
Special Shaped Steel Truss-Concrete 
Composite Shear Wall
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Abstract：To investigate the mechanical performance of 
composite shear walls with irregular steel trusses and 
concrete， the shear lag effect and skeleton curve were 
studied. Based on the principle of minimum potential 
energy， the energy variational method was used to 
calculate the longitudinal stress distribution inside the 
flange. The effective coefficient was introduced to 
consider the role of the end section steel vertical rod of 
the flange in resisting horizontal loads on the wall. The 

stress and strain distribution of the bottom section of the 
shear wall in different stress states were analyzed 
according to the assumption of a plane section， and the 
moment curvature relationship of the section was 
obtained. The load on the top of the wall was calculated 
based on the bending moment， while the displacement of 
the top of the wall was calculated based on the curvature 
distribution and shear stiffness of the wall. A skeleton 
curve analysis method considering shear lag effect was 
established based on the characteristic points of cracking 
point， yield point， peak point， and limit point. 
Experimental results show that this method can 
accurately predict the mechanical performance of special-
shaped steel trusses-composite shear wall.

Keywords： special-shaped composite shear wall； shear 
lag；effective coefficient；skeleton curve； truss analogy 
method 

相比于矩形截面剪力墙，翼缘改变了剪力墙的

内力分布，对墙体承载力和刚度的影响不可忽略。

异形剪力墙受平行于腹板的水平荷载作用，在翼缘

剪切变形的影响下，翼缘横截面内竖向应力分布不

均匀，产生剪力滞后效应。

1946 年，Reissner［1］以最大剪切转角为广义位

移，对翼缘的纵向位移按二次抛物线进行修正，首次

将能量变分法用于分析箱梁的剪力滞后效应。上述

修正存在一个问题，就是在中性轴位置不变的情况

下改变翼缘纵向应力分布，导致截面上纵向应力之

和不为零［2］。因此，Zhang等［3］提出了一种以剪力滞

后引起的附加挠度为广义位移，通过在位移修正函

数中增加 2个参数，使得翼缘翘曲应力在截面上的

合力、合力矩均为零的改进方法。Ni等［4］将前述改
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进方法用于分析工字形构件的剪力滞后效应，分析

结果与有限元计算结果相近。孙飞飞等［5］提出了适

用于钢板剪力墙的双向多斜杆模型，并对新型钢板

剪力墙的骨架曲线进行分析。马恺泽等［6］提出了以

开裂点、屈服点、峰值点和极限点为特征点并考虑刚

度退化的型钢混凝土剪力墙四折线恢复力模型。剡

理祯等［7］提出了计算钢筋混凝土剪力墙变形能力的

拉‒压刚域模型。刘成清等［8］基于平截面假定和传

统弯曲理论，建立了压弯荷载作用下T形钢筋混凝

土剪力墙四折线模型各个特征点的计算公式。梁

帅［9］利用四折线模型计算了配置HRB600高强钢筋

T形剪力墙的骨架曲线，计算结果与试验吻合。

将钢筋混凝土剪力墙的水平钢筋改为斜向布

置，能有效提高墙体抗剪承载力［10］。为便于制造，将

分布钢筋替换为型钢桁架，形成钢桁架‒混凝土组合

剪力墙，具有抗震性能好、便于装配式施工等优

点［11］。已有学者对普通钢桁架‒混凝土组合剪力墙

的受力性能和抗震开展了大量研究［12-15］。在纵向和

横向剪力墙连接处常常形成L形或T形等异形剪力

墙，现有异形剪力墙骨架曲线分析方法中，尚未考虑

剪力滞后效应对骨架曲线的影响；此外，对异形钢桁

架‒混凝土组合剪力墙剪力滞后效应及骨架曲线的

分析很少。本文采用能量变分法对异形钢桁架‒混
凝土剪力墙的剪力滞后效应进行分析，基于分析结

果提出考虑剪力滞后影响的骨架曲线计算方法，为

该类墙体的受力性能分析和设计提供参考。

1 试验概况 

Wang等［16］对3片T形和1片L形钢桁架‒混凝土

组合剪力墙进行了水平力平行于腹板的拟静力试验。

墙体高度为 1 500 mm，墙肢厚度为 200 mm，型钢采

用Q235b冷弯成型，内置型钢桁架的斜撑与水平面呈

45°角，墙体水平及竖向分布钢筋均为ϕ 4@200，采用

C30细石混凝土浇筑，编号分别为T1、T2、T3和L1。
3片T形剪力墙拥有相同的截面尺寸和用钢量，腹板

长度960 mm，翼缘长度1 600 mm。T1各墙肢端部型

钢竖杆采用130 mm×65 mm×4. 5 mm槽钢，斜撑采

用60 mm×4. 5 mm钢带；T2在用钢量相等的条件下

将T1的钢带斜撑换成118 mm×60 mm×2. 5 mm槽

钢，由于X形斜撑的截面尺寸相同，切断两个斜撑中

的一个，然后使用230 mm×60 mm×2. 5 mm矩形连

接板连接被截断的斜撑；T3各墙肢端部型钢竖杆采

用 130 mm×65 mm×5. 5 mm 槽钢，斜撑采用 60 
mm×3. 5 mm钢带，总用钢量与T1相等。L形剪力

墙腹板长度965 mm，翼缘长度835 mm，型钢配置方

式与T1相同，详细的试件信息见文献［16］。试验过

程中需对剪力墙施加恒定竖向荷载和水平往复荷载，

竖向荷载作用于墙体形心，水平荷载作用于墙体剪切

中心。试件型钢骨架照片及试验装置见图1。试验过

程中布置9个位移计测量加载点水平位移及试件腹

板的弯曲变形和剪切变形。试验得到了试件的滞回

曲线以及破坏模式，如图2和图3所示。

2 剪力滞后效应 

采用改进的能量变分法对异形剪力墙的剪力

滞后效应进行分析，以墙体底截面的形心为原点、

竖直向上为 z 轴正向建立坐标系，如图 4a ①所示。

假定截面纵向位移按式（1）分布，则式中第一项为

按初等梁理论计算的纵向位移，第二项为剪力滞后

引起的翘曲位移，第三项为竖向力引起的轴向

压缩。

u ( x，y，z )= y w′( z )+[ y + β wα ( x，y ) ] g′( z )+

               N
EA

( H - z ) （1）

图1　试件及试验装置

Fig. 1　Specimens and test setup
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wα ( x，y )=
ì

í

î

ïïïï

ïïïï

-h  [ 1 - ( x - b )2

b2 ]+ α             翼缘

α                                                                                                           腹板

    （2）

式（1）、（2）中： w（z）为按初等梁理论计算的变形；   
g（z）为剪力滞后引起的附加变形，根据势能驻值原

理和边界条件求得；N为竖向力；EA为截面抗压刚

度，E为材料弹性模量，A为横截面面积；H为墙高；h
为翼缘中心线到截面形心的距离；系数 α、β分别按

式（4）、式（5）计算。

根据纵向位移函数可得截面正应力分布为

     σ ( x，y，z )= E
∂u
∂z

= Ey w″( z )+ E [ y +

                    β wα ( x，y ) ] g″( z )- N
A

（3）

截面正应力中，由剪力滞后引起的翘曲应力

σw = E [ y + β wα ( x，y ) ] g″( z )。翘曲应力在截面上

的合力∫σw dA = 0，因此有∫wα ( x，y ) dA = 0。

α = 2hA f

3A
（4）

式中：Af为翼缘面积，A f = 2b × bw。

翘曲应力在截面上的合力矩 ∫σw y dΑ = 0，因

此有

β = ∫y2 dA

∫y wα ( x，y ) dA
= IX

IαX
（5）

式中：IαX = 2h2 A f/3。
x轴为截面形心主轴，轴压应力在w（z）、g（z）引

起的纵向位移上做功为0；翘曲应力在截面上的合力

矩为 0，因此翘曲应力在 w（z）引起的曲率上做

功为0。
综上，弯曲应力、翘曲应力、轴压应力只在自身

引起的变形上做功。考虑截面的轴向压缩、腹板的

弯曲变形、翼缘的弯曲变形和剪切变形，墙体总势能

表达式为

Π =∫
0

H∫
A
( σ 2

2E
+ τ 2

2G
) dAdz - Vp （6）

式中：σ为正应力；τ为剪应力；G为剪切模量；Vp为外

图2　试件的滞回曲线

Fig. 2　Hysteretic curves of specimens

图3　试件破坏形态

Fig. 3　Failure mode of specimens
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力势能。

其中，腹板正应力为

σw = Ey w″( z )+ E ( y + α β ) g″( z )- N
A

     （7）

翼缘正应力为

         σ f = Ehw″( z )+ E
ì
í
î
h + β

é

ë
ê
êê
êh ( x - b )2

b2 -

         h + α
ù

û
úúúú
ü
ý
þ

g″( z )- N
A （8）

翼缘切应力为

τ f = G
∂u
∂x

= 2Gβh ( x - b )
b2 g′( z ) （9）

外力势能为

Vp = F [w( z = H ) + g( z = H ) ]+ N 2 H
EA

（10）

式中：F为墙顶水平力。

联立上式，墙体总势能为

Π = 1
2 ∫

0

H

EIx[ ]w″( z ) 2 dz + 1
2 ∫

0

H

EIw[ ]g″( z ) 2 dz +

1
2 ∫

0

H

GIα[ ]g′( z ) 2 dz - F [w( z = H ) + g( z = H ) ]-
N 2 H
2EA

（11）

式中：

Iα =∫A ( )∂u
∂x

2

dA = 4β2h2 A f

3b2 （12）

Iw =∫A
[ y + β wα ( x，y ) ]2 dA =

Ix + β2 A fh ( 8h
15 - 4α

3 )+ α2 β2 A （13）

对墙体总势能取一阶变分，得

δΠ =∫
0

H

EIxw″( z ) δw″( z ) dz +

  ∫
0

H

EIw g″( z ) δg″( z ) dz +

  ∫
0

H

GIα g′( z ) δg′( z ) dz - F [δw( z = H ) + δg( z = H ) ]
（14）

采用换元积分法对式（14）进行变换可得

δΠ =∫
0

H

EIx w″″( z ) δw ( z ) dz +

EIxw″( z ) δw′( z ) | H
0 -

EIXw‴( z ) δw ( z ) | H
0 - F [ ]δw( z = H ) + δg( z = H ) +

∫
0

H

[ ]EIw g″″( z )- GIα g″( z ) δg ( z ) dz +

EIw g″( z ) δg′( z ) | H
0 - EIw g‴( z ) δg ( z ) | H

0 +

GIα g′( z ) δg ( z ) | H
0

（15）

根据最小势能原理，应有 δΠ = 0，由于 δw ( z )、
δg ( z )具有任意性，因此有

ì
í
î

EIxw″″( z )= 0              
g″″( z )- k2 g″( z )= 0 （16）

式中：k = GIα ( )EIw 。

试验中墙体下端完全固定，因此有

ì
í
î

w( z = 0 ) = w′( z = 0 ) = δw( z = 0 ) = δw′( z = 0 ) = 0
g( z = 0 ) = g ′( z = 0 ) = δg( z = 0 ) = δg ′( z = 0 ) = 0     （17）

将式（17）代入式（15），可得

ì

í

î

ï
ïï
ï
ï
ï

ï
ïï
ï
ï
ï

EIxw‴( z = H ) + F = 0                   

g ‴( z = H ) - k2 g ′( z = H ) +
F

EIw
= 0

w″( z = H ) = 0，g ″( z = H ) = 0             

（18）

联立式（16）~（18），解得墙体变形曲线 w（z）、   
g（z），如式（19）、（20）所示。

w ( z )=- F
6EIx

z3 + 3FH
6EIx

z2 （19）

             g ( z )= -Fe-kH

kGIα ( ekH + e-kH ) ekz +

                    FekH

kGIα ( ekH + e-kH ) e-kz + F
GIα

z （20）

式中：e为自然常数。

将式（19）、（20）代入式（3），可得墙体截面正应

力分布为

σ ( x，y，z )= F ( H - z )
Ix

y - N
A

+ E [ y +

                βwα ( x，y ) ]
kF [ ]ek ( H - z ) - ek ( z - H )

GIα ( ekH + e-kH )
（21）

将 y = h、 z = 0、 wα ( x，y )=-h [ 1 -
( x - b )2

b2 ]+ α代入式（21），得墙体底部翼缘纵向应

力分布为

       σ ( x )= FH
Ix

h - N
A

+ k
é

ë
ê
êê
êh + αβ - hβ +

             hβ ( x - b )2

b2

ù

û
úúúú

EF ( )ekH - e-kH

GIα ( ekH + e-kH ) （22）

由式（22）可见，影响剪力滞后效应的因素较多，

包括截面形状、墙体高度、截面弹性模量、剪切模量。

组合结构中，截面的剪切模量应为等效剪切模量，采

用叠加法计算弹性状态下组合墙体的等效剪切模

量为
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G = Gs Aa + Gc Ac + 2Es Ag sin θ cos2 θ
A

（23）

式中：Es、Gs分别为型钢的弹性模量、剪切模量；Gc为

混凝土剪切模量；Aa为型钢竖杆截面积；Ac为混凝土

截面积；Ag为斜撑截面积；θ为斜撑与水平面的角度；

A为墙体截面积。

式（23）分子中的第一部分为型钢竖杆贡献的剪

切刚度，第二部分为混凝土贡献的剪切刚度，第三部

分为型钢斜撑贡献的剪切刚度；计算中不考虑受压

斜撑的屈曲。

由于能量变分法是基于弹性理论进行的推导，

其适用范围应为墙体变形较小、破坏不严重的阶段。

为验证理论公式的正确性，选取试件T2、T3和L1在

水平位移为 +5 mm 时的受力状态进行计算，翼缘

应变的理论结果与试验结果对比如图5所示。由图

5可见，理论公式能较为准确地反映带翼缘剪力墙的

剪力滞后效应。

图4　不同荷载下截面状态

Fig. 4　Section state at different loads

图5　剪力滞后理论的试验验证

Fig. 5　Theoretical verification of shear lag
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Ma等［17］对L形剪力墙的研究表明，剪力滞后效

应会随着轴向压力的增大更加明显，随着墙顶位移

的增大逐渐消失。王斌［18］在T形钢筋混凝土剪力墙

的拟静力试验中发现，沿腹板正向加载（翼缘受拉）

时剪力滞后现象更加明显，且极限状态下翼缘钢筋

均达到屈服应变，表明翼缘钢筋都能充分发挥作用，

强度计算时可不考虑剪力滞后的影响。

T 和 L 形钢桁架‒混凝土组合剪力墙受平行于

腹板的水平力作用时，在翼缘受拉方向，与钢筋混凝

土剪力墙竖向分布钢筋的连续布置不同，型钢竖杆

为间隔一定距离集中设置，有效翼缘宽度法不再适

用，因此，采用有效系数γ来表示翼缘端部型钢竖杆

的作用，γ定义为翼缘端部型钢竖杆应变与翼缘‒腹
板连接处型钢竖杆应变的比值，受拉区型钢面积如

式（24）所示。在翼缘受压方向，除按式（24）计算受

压区型钢面积，还应计入有效宽度内翼缘混凝土的

受压作用，有效翼缘宽度仍按相关规范［19-21］计算。

Aa = 2γAa1 + 2Aa2 （24）

式中：Aa1为翼缘端部型钢竖杆截面积；Aa2为翼缘‒腹
板连接处型钢竖杆截面积。

3 骨架曲线 

根据骨架曲线特征，将骨架曲线简化为以开裂

点、屈服点、峰值点、极限点为特征点的四折线模型，

如式（25）所示。以翼缘受拉的T形墙为例，开裂点

对应受拉侧混凝土开裂时的横向力与墙顶位移，屈

服点对应翼缘型钢屈服时的横向力与墙顶位移，峰

值点对应横向力达到最大值的状态，极限点对应横

向力下降至峰值荷载85%时的状态。

墙体达到屈服位移之前，按式（22）计算翼缘端

部型钢竖杆的有效系数γ，开裂位移下等效剪切模量

按式（23）计算，屈服位移下等效剪切模量取为开裂

前的一半［9］。墙体达到峰值位移后，翼缘端部型钢

竖杆达到屈服应变，取γ=1. 0。
试验中各试件均出现了明显的弯曲破坏特征，

分析时以墙体底截面的轴力和弯矩建立平衡方程，

基于平截面假定得出墙底截面弯矩和曲率。根据墙

底弯矩得出横向力，根据曲率分布沿墙高积分得出

墙顶弯曲变形，再加上墙体剪切变形即得墙顶位移。

计算中假定型钢本构为理想弹塑性，由于墙体分布

钢筋配筋率很小，为简化计算忽略分布钢筋对强度

的直接贡献，但考虑其对端部混凝土的约束作用。

F =
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Δ  c
Δ                                                                                                               0 < Δ ≤ Δ  c

Fc + Fy - Fc

Δ  y - Δ  c
( Δ - Δ  c )                                 Δ  c < Δ ≤ Δ  y

Fy + Fp - Fy

Δ  p - Δ  y
( Δ - Δ  y )                           Δ  y < Δ ≤ Δ  p

Fp + Fu - Fp

Δ  u - Δp
( Δ - Δ  u )                            Δp < Δ ≤ Δ  u

（25）

式中：Fc、Δc分别为开裂荷载与开裂位移；Fy、Δy分别

为屈服荷载与屈服位移；Fp、Δp分别为峰值荷载与峰

值位移；Fu、Δu分别为极限荷载与极限位移。

3. 1　开裂荷载与位移　

在正向水平力作用下，当翼缘外侧混凝土达到

极限应变 εtu 时，墙体达到开裂极限状态。此时受拉

区混凝土进入塑性，其应力按二次抛物线分布，受压

区混凝土处于弹性状态，其应力沿直线分布，型钢尚

未屈服。墙体底部横截面的应力应变如图 4a 的② 
所示，墙体开裂曲率φc = εtu/( hw - x )，其中 εtu 按文

献［22］取 值 ，εtu = 2f t/Ec，f t 为 混 凝 土 抗 拉 强

度，Ec为混凝土弹性模量。

根据墙体底部横截面的轴力与弯矩平衡，有

{N = Ca + Cc - Ta - Tc   
M = Cada + Ccdc - Tcd ′c

（26）

式中：N为墙体所受轴力；M为墙底对受拉型钢合力

点取矩，按式（27）计算；Ca为受压区型钢合力；Cc为

受压区混凝土合力；Ta为受拉区型钢合力；Tc为受拉

区混凝土合力；da、dc、d ′c分别为Ca、Cc、Tc到Ta作用点

的距离。

M = FH + Ne （27）

式中：F为水平力；e为截面形心至受拉型钢中心的距离。

根据图4a②，可将式（26）转化为式（28）：
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N = Es A′aφc( )x - a′a + bw

2 φc Ec x2 -

Es Aaφc( )hw - bw
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bw f t
é
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ù
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2
3 ( )hw - x + ( )2b - bw

M = Es A′aφc( )x - a′a ( )hw - bw

2 - a′a +

bw

2 φc Ec x2( )hw - bw

2 - x
3 -

2bw

3 f t( )hw - x é
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3
8 ( )hw - x - bw

2

            （28）
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式中：Es为型钢弹性模量；Ec为混凝土弹性模量；Aa

为受拉区型钢截面积，按式（24）计算；A′a为受压区型

钢截面积；a′a 为受压型钢合力至受压边缘的距离；x
为受压区高度；bw为墙体厚度；ft为混凝土抗拉强度。

得到底部横截面的开裂曲率 φc与开裂弯矩 Mc

后，墙体开裂荷载为 Fc =( Mc - Ne )/H，开裂位移

为Δ  c = φc H 2/3 + μFc H/GA，式中第一部分为弯曲

变形，第二部分为剪切变形，μ为剪切应变不均匀系

数，取μ = 1. 2。
开裂状态计算结果如表1所示。由表1可知，各

试件开裂荷载的计算值与试验值相近，误差均在

10%以内；试件T1、L1开裂位移的计算值与试验值

吻合较好，试件T2、T3开裂位移的计算值明显小于

试验值，这是因为试件T2、T3在正向开裂之前腹板

出现了剪切裂缝，裂缝两侧混凝土相对滑移引起的

附加变形不可忽略。

3. 2　屈服荷载与位移　

随着正向水平力增大，墙体底截面翼缘型钢屈

服，腹板自由端型钢仍处于弹性状态。此时受拉区

混凝土已经开裂，分析时不再考虑其抗拉强度；受压

区混凝土进入塑性，其应力按二次抛物线分布，墙体

底截面的应力应变如图4a的③所示。

由墙体底截面的轴力与弯矩平衡可得：

{N = Ca + Cc - Ta           
M = Cada + Ccdc       

（29）

式中：N为墙体所受轴力；M为墙底对受拉型钢合力

点取矩，按式（27）计算；Ca为受压区型钢合力；Cc为

受压区混凝土合力；Ta为受拉区型钢合力；da、dc分别

为Ca、Cc到Ta作用点的距离。

根据图4a③，可将式（29）转化成式（30）。
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N = Es A′aφy( )x - a′a + 2bw

3 fc x -

Es Aaφy( )hw - bw

2 - x

M = Es A′aφy( )x - a′a ( )hw - bw

2 - a′a +

2bw

3 fc x ( )hw - bw

2 - 3x
8

（30）

式中：fc为混凝土抗压强度。

墙体屈服曲率φy = εy/( hw - x )，其中 εy 为型钢屈服

应变。得到底截面的屈服曲率φy与屈服弯矩My后，

墙体屈服荷载 Fy =( My - Ne )/H，屈服位移 Δ  y =
φy H 2/3 + μFy H/GA，式中第一部分为弯曲变形，第

二部分为剪切变形，μ 为剪切应变不均匀系数，取

μ = 1. 2，墙体开裂后剪切模量取为开裂前的一半，

屈服状态计算结果如表1所示。各试件的屈服荷载

计算值与试验值相近，误差均在 10%以内；屈服位

移仅试件T1吻合较好，试件T2、T3、L1屈服位移的

计算值明显小于试验值，这是因为屈服荷载下T2、
T3、L1发生了较为明显的剪切破坏，剪切滑移引起

的变形占比较大。

3. 3　峰值荷载与位移　

随着正向水平力的进一步增大，受压区边缘混

凝土达到约束混凝土的峰值压应变，墙体所受水平

力达到峰值，底部横截面的应力应变如图4 b所示。

参照《组合结构设计规范》（JGJ 138―2016）［23］，

墙体底截面的轴力与弯矩平衡方程为
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N = α1 fcbw x + f ′a A′a - fa Aa                                                                                   

M = α1 fcbw x ( hw - bw

2 - x
2 )+                          

f ′a A′a ( hw - bw

2 - a′a )

（31）

墙体峰值曲率φp = εcc/x，其中 εcc为约束混凝土

的峰值压应变，按式（32）计算［24］。

εcc = (1 + 3.50 λv) ε0 （32）

式中：λv为配箍特征值；ε0为无约束混凝土的峰值压

应变。

表1 开裂状态及屈服状态计算结果

Tab. 1　Calculation results of cracking state and yield state

试件

T1
T2
T3
L1

开裂荷载

试验值/
kN
550
500
550
320

计算值/
kN

537. 78
537. 78
568. 87
339. 07

误差/
%

-2. 22
   7. 56
   3. 43
   5. 96

开裂位移

试验值/
mm
2. 13
2. 62
3. 26
1. 72

计算值/
mm
1. 97
1. 97
1. 98
1. 58

误差/
%

-7. 51
-24. 81
-39. 26
-8. 14

屈服荷载

试验值/
kN

644. 84
568. 10
638. 65
554. 19

计算值/
kN

622. 36
622. 36
662. 98
592. 02

误差/
%

-3. 49
9. 55
3. 81
6. 83

屈服位移

试验值/
mm
8. 45

10. 63
10. 37
8. 38

计算值/
mm
7. 86
7. 86
8. 21
6. 81

误差/
%

-6. 98
-26. 06
-20. 83
-18. 74
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得到底截面的峰值曲率φp与峰值弯矩Mp后，墙

体峰值荷载 Fp =( Mp - Ne )/H。剪力墙弯曲变形

按式（33）计算，其中 lp为墙底塑性铰高度，按式（34）
计算［25］。

Δpf =
1
3 φy H 2 + (φp - φy) lp (H - 0.5 lp)        （33）

lp = 0.2 hw + 0.044 H        （34）

峰值荷载下，墙体裂缝充分发展，剪切斜裂缝将

腹板混凝土切割成一个个混凝土短柱。Luo等［26］采

用桁架比拟法计算型钢混凝土剪力墙完全开裂后的

抗剪刚度。假定斜裂缝与型钢斜撑平行，采用桁架模

型对墙体剪切刚度进行分析，如图6所示，图中dv为

腹板的有效剪切宽度，取为斜撑两端螺栓的水平

距离。

桁架由混凝土斜压杆和型钢斜拉杆组成，在单

位水平力作用下，混凝土斜压杆压缩量的水平投影

δc = 1/( Ecbw sin θ cos3 θ )，型钢斜拉杆伸长量的水平

投影 δs = 1/( Es Ag cos3 θ )，Ag 为斜杆截面面积桁架

在 单 位 水 平 力 作 用 下 的 剪 切 角 γ =( δc +
δs )/( dv tan θ )，桁 架 剪 切 刚 度 Kb = 1/γ =
( dv tan θ )/( δc + δs )。混型钢竖杆抗剪刚度 Ka =
Gs Aa，墙体抗剪刚度 Ks = Ka + Kb，墙顶剪切位移

Δ  ps = Fp H/Ks。

剪力墙峰值荷载下的计算结果如表 2 所示，可

见，试件T1、L1峰值荷载的计算值与试验值相近，误

差在10%以内；试件T2、T3峰值荷载的计算值明显

大于试验值，这是因为T2、T3的斜撑较弱，峰值荷

载受剪切破坏控制［16］。试件T1峰值位移的计算值

与试验值相近，误差在10%以内；试件T2、T3、L1峰

值位移的计算值明显小于试验值，这是因为峰值荷

载作用下，墙体底部与底梁产生明显的分离，型钢竖

杆与底梁混凝土黏结滑移引起的变形不可忽略，同

时剪切滑移引起的变形更大。

3. 4　极限荷载与位移　

正向水平力达到峰值后开始下降，随着墙顶位

移持续增大，受压区边缘混凝土达到约束混凝土的

极限压应变，墙体达到极限状态，极限曲率 φu =
εcu/x，其中 εcu为约束混凝土的极限压应变，按式（35）
计算［24］，极限荷载取为峰值荷载的85%，对应弯曲变

形和剪切变形按式（36）、（37）计算，极限状态计算结

果如表2所示。

εcu = (2.34 + 2.49 λ0.73
v ) εcc      （35）

Δuf =
1
3 φy H 2 + (φu - φy) lp (H - 0.5 lp)      （36）

Δ  us = 0.85 Δ  ps      （37）

试件T1、L1极限荷载的计算值与理论值相近，

误差在10%以内，试件T2、T3极限荷载的计算值明

显大于试验值；极限位移仅试件T1吻合较好，试件

T2、T3、L1极限位移的计算值明显小于试验值，这

仍要归因于黏结滑移变形和剪切滑移变形。综上所

述，由于各试件均出现了明显的弯曲破坏特征，采用

基于弯曲破坏的理论方法能较好地估算剪力墙的荷

载特征值，误差均在15%以内；试件T1未出现明显

的剪切破坏，位移特征值的计算结果与试验结果吻

合较好，误差在10%以内，试件T2、T3、L1均出现了

明显的剪切破坏，位移特征值的计算结果明显小于

试验结果，如图 7所示。基于弯曲破坏的理论方法

能较为准确地计算以弯曲破坏为主的组合剪力墙骨

架曲线。

图6　桁架模型

Fig. 6　Truss model

表2 峰值状态及极限状态计算结果

Tab. 2　Calculation results of peak state and ultimate state

试件

T1
T2
T3
L1

峰值荷载

试验值/
kN

818. 32
663. 36
696. 08
733. 76

计算值/
kN

744. 42
744. 42
769. 27
668. 09

误差/
%

-9. 03
12. 22
10. 51

-8. 95

峰值位移

试验值/
mm

15. 29
16. 93
19. 31
24. 92

计算值/
mm

14. 56
14. 56
15. 87
16. 52

误差/
%

-4. 77
-14. 00
-17. 81
-33. 71

极限荷载

试验值/
kN

695. 57
563. 86
591. 67
623. 70

计算值/
kN

632. 76
632. 76
653. 88
567. 88

误差/
%

-9. 03
12. 22
10. 51

-8. 95

极限位移

试验值/
mm

18. 86
25. 07
37. 86
26. 78

计算值/
mm

18. 21
18. 21
21. 42
21. 85

误差/
%

-3. 45
-27. 36
-43. 42
-18. 41
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4 结论 

通过对异形钢桁架‒混凝土组合剪力墙的剪力

滞后及骨架曲线进行理论分析，得到以下结论：

（1）基于最小势能原理的能量变分法能较好地

反映异形钢桁架‒混凝土组合剪力墙在变形较小、破

坏不明显时的剪力滞后现象。

（2）沿腹板加载的异形钢桁架‒混凝土组合剪力

墙，引入有效系数考虑翼缘端部型钢竖杆的作用，能

较为准确地计算墙体在不同位移下的承载力，误差

在15%以内。

（3）水平荷载作用下，墙体将产生弯曲变形、剪

切变形、黏结滑移变形和剪切滑移变形；在用钢量不

变的条件下，合理配置型钢桁架能有效减小黏结滑

移变形和剪切滑移变形。

（4）叠加法能有效估算钢桁架‒混凝土组合剪力

墙位移较小时的剪切刚度，桁架比拟法能较为准确

地反映墙体裂缝充分发展时的剪切刚度。

（5）基于截面应变分析，考虑剪力滞后影响的理

论方法能较为准确地估算以弯曲破坏为主的异形组

合剪力墙骨架曲线。
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