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土体约束对桩柱式桥墩塑性铰长度的影响

刘腾飞，叶爱君，王晓伟
（同济大学 土木工程防灾国家重点实验室，上海２０００９２）

摘要：采用经过试验验证的建模方法，建立了常规桩柱式简

支梁桥的单墩数值计算模型，系统分析了土体约束作用对桩

柱式桥墩整体延性性能、不同延性水平下桩身的曲率分布规

律以及等效塑性铰长度的影响．结果表明：土体约束作用会

显著增大桩柱式桥墩的截面破坏曲率，提高桥墩的水平承载

力和位移延性系数，并显著减小桩身塑性区域长度和等效塑

性铰长度，同时，桩身等效塑性铰长度还会随着位移延性系

数的增大而显著减小．
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　　桩柱式桥墩是一种桥墩结构深入到地下作为基
础，桥墩和桩基础截面相同的特殊结构，由于不包含
造价昂贵的承台，因而具有良好的经济性，在桥梁工
程中得到了广泛应用．在地震荷载下，桩柱式桥墩的
截面最大弯矩位于地面以下，因而土中部分不可避
免地会产生塑性铰．国外桥梁抗震设计规范［１－３］也允
许桩基础在特殊情况下进入塑性工作状态．
在基于性能的结构抗震设计［４］中，一个主要内

容就是遵循“多级抗震”思想，建立多等级抗震性能
指标体系以评估结构的抗震性能．具体到桥梁结构，
如何确定不同性能水平下的结构验算指标是最重要

的难题．对于桩柱式桥墩，一般采用位移延性系数来
衡量桥墩在不同地震荷载水平下的损伤程度，采用
墩顶位移作为抗震设计的验算指标，于是建立墩顶
位移与不同位移延性系数之间的对应关系就成为基

于性能的抗震设计中的一个重要问题．桩柱式桥墩
的性能指标确定往往借鉴一般桥墩的方法［５－６］，即假
定桩柱式桥墩可以等效为墩底固定的单墩模型，引
入等效塑性铰长度的概念，推导出不同延性水平（位
移延性系数）对应的墩顶位移．但是，由于桩柱式桥
墩的塑性铰往往发生在地面以下，土体约束会对塑
性区域的发生发展产生影响，故必须考虑土体约束
对等效塑性铰长度的影响，此外基于性能的抗震设
计思想还要求必须考虑不同延性水平下等效塑性铰

长度的变化．
目前，国内外已有一些针对桩柱式桥墩等效塑

性铰长度的研究．Ｃｈａｉ与 Ｈｕｔｃｈｉｎｓｏｎ［６－８］通过对埋
置于均一砂土（相对密实度Ｄｒ＝５０％，８５％）中的桩
柱式桥墩开展四组拟静力试验探求其非弹性性能，
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并通过桩顶位移反算等效塑性铰长度，试验得到了
桩基的等效塑性铰长度对砂土密实度和位移延性系

数都不敏感的结论，而Ｂｕｄｅｋ和Ｐｒｉｅｓｔｌｅｙ［９］为探求
土体约束对于桩基塑性铰的影响，采用沿桩身一定
范围布置若干作动器的方法模拟土体的外部约束，
并通过比较６组试验结果，得到土的约束作用能增
加桩基等效塑性铰长度的结论．另一方面，Ｂｕｄｅｋ等
人［１０］分别利用线性、双线性和抛物线三种土体本构
模拟桩土相互作用建立了用于分析不同自由段长度

和土体初始刚度影响的桩柱式桥墩数值模型，研究
其在均一砂土中的非弹性地震反应，并发现桩顶自
由的桩柱式桥墩的等效塑性铰长度随土体刚度的增

大而减小的结论；Ｚｈａｎｇ等人［１１］利用ｐ－ｙ曲线法模
拟桩土相互作用，建立不同土体布置下桩柱式桥墩
的有限元模型进行参数分析研究，并通过桩身曲率
计算桩基位移延性系数为３时的等效塑性铰长度，
数值分析结果表明土体刚度对桩基等效塑性铰长度

有很大影响，等效塑性铰长度对土体条件是敏感的．
可见，目前学界关于土体约束作用对桩基等效塑性
铰长度影响仍存在分歧，而且之前的研究成果极少
考虑桩基等效塑性铰长度随桩基延性水平的变化．
因此，有必要对桩柱式桥墩等效塑性铰长度进行进
一步的研究．
本文基于ＯｐｅｎＳｅｅｓ平台，首先采用国外的试验

结果对桩柱式桥墩有限元模型的建模方法进行验

证，然后采用该建模方法，建立常规桩柱式墩公路桥
梁的单墩数值模型，考虑不同土体约束作用的影响，
分析土体约束作用对桩柱式桥墩整体延性性能的影

响，然后深入分析不同土体约束作用和延性水平下
桩身的曲率分布规律，最后分析总结土体约束作用
和延性水平对桩柱式桥墩等效塑性铰长度的影响．

１　计算模型

为建立可靠的桩柱式桥墩数值模型进行弹塑性

性能分析，首先采用美国的一个桩柱式桥墩试验的
结果进行了建模方法的验证，然后采用同样的方法，
以一座常规的桩柱式公路桥梁为背景，建立了考虑
不同土体约束条件的一系列桩柱式桥墩计算模型．
１．１　建模方法及验证

Ｃｈａｉ和 Ｈｕｔｃｈｉｎｓｏｎ［６－８］对加州常用的桩柱式桥
墩基础（直径Ｄ＝０．４０６ｍ）进行了一系列现场拟静
力试验．重点研究了不同自由段长度和砂土相对密
实度对于桩基非弹性性能的影响．本文基于ＯｐｅｎＳｅｅｓ
平台，建立试验试件１号桩（自由段长度２Ｄ，密砂）的
有限元模型，并利用试验结果进行模型验证．
按文献［６－８］描述，试验在大尺寸盛土容器中进

行．试件１号桩的桩径 Ｄ＝０．４０６ｍ，土体埋深

１３．５Ｄ，桩底约束三个平动自由度，转动自由，砂土相
对密实度Ｄｒ＝８５％，内摩擦角４４°，土体有效重度

γ＝１８ｋＮ·ｍ－３；桩顶自由，承受轴力Ｐ＝４４５ｋＮ（轴
压比为０．１０）；桩身截面保护层厚度０．０５ｍ，保护层混
凝土实际抗压强度４１ＭＰａ；纵向钢筋采用７根屈服强
度４２１ＭＰａ的 Ａ７０６Φ２２钢筋，箍筋采用屈服强度

７１０ＭＰａ的 ＭＷ２５的螺旋箍筋，箍筋间距为５０ｍｍ．
在ＯｐｅｎＳｅｅｓ平台，基于非线性 Ｗｉｎｋｌｅｒ地基梁

方法，建立试件１号桩有限元模型：桩基采用非线性
纤维截面单元模拟，自由段划分为２个１．０Ｄ 的单
元，土下埋深６Ｄ以内部分划分为１２个０．５Ｄ 单元，

６Ｄ以下部分划分为３个１．０Ｄ单元和３个１．５Ｄ 单
元，单个纤维截面划分为７２根核心混凝土纤维、２４
根保护层混凝土纤维和７根纵向钢筋纤维，见图１．

图１　有限元模型图示
Ｆｉｇ．１　Ｇｅｎｅｒａｌ　ｓｃｈｅｍａｔｉｃ　ｏｆ　ｔｈｅ　ＦＥ　ｍｏｄｅｌ

１９４１
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　　本文采用Ｋｅｎｔ－Ｐａｒｋ模型［１２］模拟混凝土材料本
构，其中核心混凝土极限应变采用 Ｍａｎｄｅｒ［１３］提供的
公式计算，如图２ａ所示．纵向钢筋采用双线性本构，
如图２ｂ所示，屈后刚度比为０．００９［７］．利用 ＡＰＩ规
范［１４］中砂土ｐ－ｙ曲线，如图２ｃ所示，考虑桩土相互
作用，计算方式如下：

ｐ＝Ａ·ｐｕｔａｎｈ
ｎｈｚ
Ａ·ｐｕ［ ］ｙ （１）

ｐｕ＝
（Ｃ１ｚ＋Ｃ２Ｄ）γ ｚ≤ｚｒ
Ｃ３Ｄγｚ　 ｚ＞ｚ烅
烄

烆 ｒ

（２）

　Ａ＝
（３－０．８ｚ／Ｄ）≥０．９ 静载作用

０．９｛ 周期荷载作用
（３）

式中，ｐ为土体表面以下深度ｚ处单位桩长的水平
土抗力；ｙ为此深度处桩身的水平位移；ｐｕ 为地面以
下深度ｚ处单位桩长的极限水平土抗力．根据式（２）
求解，联立该式可得浅层土与深层土的临界深度ｚｒ，

Ｃ１，Ｃ２ 和Ｃ３ 为系数，取值按照ＡＰＩ规范确定．其中，

Ｄ为桩径；γ为土体有效重度；Ａ为荷载类型系数，按
照式（３）确定；ｎｈ为地基模量系数．

图２　材料滞回特性

Ｆｉｇ．２　Ｍａｔｅｒｉａｌ　ｃｙｃｌｉｃ　ｂｅｈａｖｉｏｒ

　　根据文献［７，１５－１７］的研究，ＡＰＩ规范作为工程
设计规范过于保守，给出的ｐ－ｙ 曲线过高估计了砂
土初始刚度Ｋｉｎ＝ｎｈｚ，并低估了土体极限抗力ｐｕ，实
测的桩周土体ｐ－ｙ 曲线更接近双曲线型．因而在利
用ＡＰＩ规范ｐ－ｙ曲线法进行试验数据数值模拟时需
对砂土初始刚度Ｋｉｎ（通过修正ｎｈ 实现）和土体极限
抗力ｐｕ进行必要的修正．但是由于桩周土是一种复
杂弹塑性介质，桩土相互作用是一个复杂的三维问
题，现有研究并未得出统一的修正方法，而且侧向位
移下不同埋深处土体位移不同，ｐ－ｙ弹簧的修正系数
必然会有差异．本文偏简便地对所有ｐ－ｙ 弹簧采用
相同的修正系数进行修正，具体而言：ｎｈ 值采用与实
测值［６］更接近的ＡＴＣ－３２［１８］推荐值，如图３所示，ｎｈ
值可根据砂土相对密实度选取．根据文献［７，１６－１７］
的研究，同时也考虑到土体性质的不确定性，本文分
别对ｐ－ｙ弹簧的土体极限抗力ｐｕ 和初始刚度Ｋｉｎ乘
以３．５和０．８５的修正系数．
　　通过在有限元模型的桩顶施加位移控制的循环
往复荷载进行推倒分析．试验以及有限元分析得到
的力－位移滞回曲线和骨架曲线如图４所示，可见有
限元结果与试验数据吻合良好，证明了本文采用的
数值分析方法是可靠的．
１．２　桩柱式桥墩计算模型
利用上述验证过的建模方法，以一座３×３０ｍ

图３　ＡＴＣ－３２的ｎｈ 推荐值

Ｆｉｇ．３　Ｒｅｃｏｍｍｅｎｄａｔｉｏｎ　ｖａｌｕｅ　ｏｆ　ｎｈｆｒｏｍ　ＡＴＣ－３２

的三跨简支桩柱式梁桥为背景，建立了实际桥梁的
桩柱式桥墩模型，如图５所示．其中，桩柱式桥墩的
桩底固定，桩顶自由；桩径 Ｄ＝１．５ｍ，桩基埋深
１２Ｄ＝１８ｍ，自由段长度４Ｄ＝６．０ｍ，总长１６Ｄ＝
２４．０ｍ；桩身采用Ｃ４０混凝土，保护层厚度８０ｍｍ；
纵向钢筋采用３６根 ＨＲＢ４００Φ２８钢筋，对应的纵向
配筋率为１．２％；箍筋采用 ＨＲＢ４００Φ３２螺旋钢筋，
间距１５０ｍｍ，体积配箍率为０．８％；轴向压力Ｐ＝１
８９０ｋＮ（对应的轴压比为０．０５）；桩身位于密实干
砂 中，相对密实度Ｄｒ＝５０％，内摩擦角为３３°，土体
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图４　桩１试验与有限元分析结果比较

Ｆｉｇ．４　Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ　ｏｆ　ｔｈｅ　ｍｅａｓｕｒｅｄ　ａｎｄ　ＦＥ　ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ

ｈｙｓｔｅｒｅｔｉｃ　ｒｅｓｐｏｎｓｅ　ｏｆ　ｐｉｌｅ　１

图５　桩柱式桥墩布置图

Ｆｉｇ．５　Ｃｏｎｆｉｇｕｒａｔｉｏｎ　ｏｆ　ｔｈｅ　ｅｘｔｅｎｄｅｄ　ｐｉｌｅ－ｓｈａｆｔ

有效重度为１７ｋＮ·ｍ－３．
　　在ＯｐｅｎＳｅｅｓ有限元模型中，桩身单元采用非线
性纤维截面单元模拟，自由段划分为４个１．０Ｄ的单
元，土体埋深６Ｄ以内部分划分为１２个０．５Ｄ 单元，

６Ｄ以下部分划分为４个１．５Ｄ 单元，单个纤维截面
划分为４６８根纤维，包括３９６根核心混凝土纤维，３６
根保护层混凝土纤维和３６根纵向钢筋纤维．材料特
性（图２）模拟方法与之前验证的有限元模型一致．
在此模型基础上，通过改变土体相对密实度Ｄｒ

（１５％，３０％，５０％和８０％）和不考虑土体约束，建立
了一系列的桩柱式桥墩数值模型，用以研究土体约
束作用对桩柱式桥墩塑性性能的影响．

２　土体约束对桩柱式桥墩整体延性性
能的影响

　　为了研究土体约束作用对桩柱式桥墩弹塑性性
能的影响，对所建立的一系列对应于不同土体密实

度的有限元模型，进行了推倒分析．
图６给出了推倒分析后得到的４个桩柱式桥墩

模型（Ｄｒ＝１５％，３０％，５０％和８０％）和不考虑土体
约束的无土模型的骨架曲线．其中，破坏状态定义为
桩基某一截面达到由截面弯矩 曲率分析确定的极

限曲率（控制条件为核心混凝土达到极限压应变，或
钢筋达到极限拉应变，达到二者之一即可），桩基水
平承载力下降到水平承载力峰值的８５％，只要达到
其中之一即为破坏；首次屈服点对应于桩身截面钢
筋首次屈服；等效屈服点对应的是现有规范中采用
理想双线性模型模拟力和位移关系、基于能量相等

图６　不同土体约束下骨架曲线比较

Ｆｉｇ．６　Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ　ｏｆ　ｓｋｅｌｅｔｏｎ　ｃｕｒｖｅｓ　ｏｆ　ＦＥ　ｍｏｄｅｌｓ　ｉｎ

ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ　ｓｏｉｌ　ｃｏｎｄｉｔｉｏｎ

原则得到的屈服点．
　　从图６中可以发现：随着土体刚度的增加，初始
刚度单调增大，峰值点位移逐渐减小，峰值点强度逐
渐提高；而且除峰值点外，其余表征不同模型塑性发
展过程的几个关键点，包括首次屈服点、等效屈服点
和破坏点时对应的承载力和位移随土体刚度变化的

规律和峰值点处保持一致，即Ｄｒ增大引起模型各关
键点处对应的位移变小，强度提高．但是，随着土体
刚度的增加，桩柱式桥墩破坏时的位移延性系数单
调增大．
表１给出了不同土体约束下桩柱式桥墩的主要

性能指标，结果表明，砂土密实度从１５％提高到

８０％，屈服力增大了３２％，屈服位移减小了５６％，极
限位移减小了３７％，位移延性系数则增大了４３％．
　　可见，随着土体约束作用的增大，桩柱式桥墩的
刚度逐渐增大，桥墩的水平承载能力逐渐增大，桥墩
的屈服位移和破坏位移逐渐减小，但位移延性系数
反而逐渐增大．因此，从桩柱式桥墩的屈服破坏全过
程来看，土体约束对桩柱式桥墩的整体延性性能有
显著的影响．
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表１　不同土体约束下桩柱式墩的性能指标

Ｔａｂ．１　Ｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅ　ｉｎｄｅｘｅｓ　ｏｆ　ｅｘｔｅｎｄｅｄ　ｐｉｌｅ－ｓｈａｆｔｓ　ｉｎ　ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ　ｓｏｉｌ　ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ
关键点 力学指标 无土模型 Ｄｒ＝１５％ Ｄｒ＝３０％ Ｄｒ＝５０％ Ｄｒ＝８０％

等效屈服点
位移／ｍ　 ０．５２５　 ０．５０５　 ０．３８１　 ０．２８６　 ０．２２２
承载力／ｋＮ　 １９０．０１　 ４９９．０９　 ５５８．２６　 ６１０．６１　 ６５８．９８

破坏点

位移／ｍ　 １．０７２　 １．４００　 １．２４４　 ０．９９１　 ０．８７７
位移延性系数 ２．０４　 ２．７７　 ３．２７　 ３．４７　 ３．９５
承载力／ｋＮ　 １６８．８４　 ４５２．２７　 ５１３．８５　 ５９０．６０　 ６２５．９８

３　土体约束对桩柱式桥墩局部损伤的
影响

　　图７ａ给出了在不同的土体约束作用下，桩柱式
桥墩达到破坏状态时对应的桩身曲率分布，从图中
可以看出，与普通桥墩相比，桩柱式桥墩的曲率分布
图有本质的区别，这是土体约束作用造成的．普通桥
墩的截面最大曲率发生在墩底，而桩柱式桥墩的截
面最大曲率位于地表以下一定埋深处．此外，随着砂
土密实度的增大，土体约束作用逐渐增大，桩身最大
截面曲率逐渐增大，对应的埋深则逐渐减小，而且桩
身塑性曲率分布也越集中，从而减小了桩身塑性区
域长度，对应的等效塑性铰长度也会相应减小．
图７ｂ画出了不同桩柱式桥墩位移延性系数对

应的桩身曲率分布图，可见，随着延性水平的增加，
截面最大曲率逐渐增大，对应的埋深逐渐变小，而曲
率分布的尖峰特性更加显著，塑性区域的变化则不
明显．
进一步地，表２对不同土体约束下，桩身截面的

屈服曲率和破坏曲率及桩身截面最大曲率位置进行

了比较．其中，屈服曲率为桩首次屈服时沿桩身的
最大截面曲率，破坏曲率为桩达到破坏状态时沿桩
身的最大截面曲率，如图７ｂ所示．结果表明，砂土密
实度从１５％提高到８０％，屈服曲率减小了５．３％，但
破坏曲率增大了２５％，曲率延性系数增大了３２％，
屈服曲率对应的埋深从３．８３Ｄ减小到１．５Ｄ，破坏曲
率对应的埋深从３．３３　Ｄ减小到１．５　Ｄ，分别减小了

表２　不同土体约束下桩身截面曲率

Ｔａｂ．２　Ｄｅｔａｉｌｓ　ｏｆ　ｓｅｃｔｉｏｎａｌ　ｃｕｒｖａｔｕｒｅ　ｏｆ　ｅｘｔｅｎｄｅｄ　ｐｉｌｅ－ｓｈａｆｔｓ　ｉｎ

ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ　ｓｏｉｌ　ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ

不同模型
屈服曲率

ｙ／ｍ－１
屈服曲率

埋深

破坏曲率

ｕ／ｍ－１
破坏曲率

埋深

曲率延性

系数μ

无土模型 ０．００３　０５３ － ０．０１１　６６７ － ３．８２

Ｄｒ＝１５％ ０．００３　４４５　 ３．８３　Ｄ　 ０．０４５　９８５　 ３．３３　Ｄ　 １３．３５

Ｄｒ＝３０％ ０．００３　３８７　 ３．３３　Ｄ　 ０．０５２　１３３　 ２．３３　Ｄ　 １５．３９

Ｄｒ＝５０％ ０．００３　３０７　 ２．５　Ｄ　 ０．０５７　４５１　 １．５　Ｄ １７．３７

Ｄｒ＝８０％ ０．００３　２６３　 １．５　Ｄ　 ０．０５７　３９８　 １．５　Ｄ １７．５９

图７　桩身截面曲率分布

Ｆｉｇ．７　Ｓｅｃｔｉｏｎａｌ　ｃｕｒｖａｔｕｒｅ　ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ　ａｌｏｎｇ　ｐｉｌｅ　ｓｈａｆｔｓ

６１％和５５％．值得注意的是，密实度大于５０％后，桩
柱式墩的各项性能指标就变化不大了．
　　因此，土体的约束作用会使桩柱式桥墩的截面
破坏曲率显著增大，曲率延性系数显著增大，但约束
作用达到一定程度（Ｄｒ＞５０％）之后，这种影响就不
明显了，这和箍筋的约束作用非常相似．

４　土体约束对于桩柱式桥墩塑性铰长
度的影响

　　为进一步研究土体约束作用对于桩身塑性铰长
度的影响，计算了 Ｄｒ 分别为１５％，３０％，５０％和

８０％时对应工况的桩身塑性区域长度和等效塑性铰
长度值Ｌｐ．其中，塑性区域长度为桩身进入塑性（截
面曲率大于屈服曲率）的部分的长度．
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　　Ｌｐ计算方法［１４］为

Ｌｐ＝θｐｐ
（４）

其中，θｐ为桩的塑性转角；ｐ为桩的最大截面塑性曲
率．塑性转角通过对沿桩身各积分点的塑性曲率进
行积分得到，如图８所示．

图８　等效塑性铰长度方法

Ｆｉｇ．８　Ｓｔｒａｔｅｇｙ　ｆｏｒ　ｃａｌｃｕｌａｔｉｎｇ　ｔｈｅ　ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ　ｐｌａｓｔｉｃ　ｈｉｎｇｅ

ｌｅｎｇｔｈ

　　表３给出了不同土体约束下，桩柱式桥墩塑性
区域长度和等效塑性铰长度随位移延性系数变化

（从等效屈服状态直至破坏状态）的情况．
从表３结果可见，随着砂土密实度Ｄｒ 的增大，

桩身的塑性区域长度明显减小，砂土密实度从１５％
增大到８０％，破坏时塑性区域长度从７．６Ｄ 变为
５．２４Ｄ，减小了３１％；对于同一Ｄｒ，随着延性水平的
增大，塑性区域长度稍有增加，但增幅仅为３．６％～
９．２％，基本可忽略．

表３　不同位移延性水平下各模型中塑性铰长度

Ｔａｂ．３　 Ｐｌａｓｔｉｃ　ｈｉｎｇｅ　ｌｅｎｇｔｈ　ｏｆ　ＦＥ　ｍｏｄｅｌｓ　ａｔ　ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ

ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ　ｄｕｃｔｉｌｉｔｙ　ｌｅｖｅｌｓ
塑性铰长度 Ｄｒ μΔ＝１．５μΔ＝２．０μΔ＝２．５μΔ＝３．０ 破坏

塑性区

域长度

１５％ ７．２５　Ｄ　７．５０　Ｄ　７．５６　Ｄ － ７．６０　Ｄ
３０％ ６．１４　Ｄ　６．２３　Ｄ　６．２８　Ｄ　６．３２　Ｄ　６．３６　Ｄ
５０％ ５．３３　Ｄ　５．４９　Ｄ　５．５８　Ｄ　５．６６　Ｄ　５．７９　Ｄ
８０％ ４．８０　Ｄ　４．９７　Ｄ　５．０９　Ｄ　５．１７　Ｄ　５．２４　Ｄ

等效塑性

铰长度

Ｌｐ

１５％ ２．３５　Ｄ　１．７２　Ｄ　１．４１　Ｄ － １．４８　Ｄ
３０％ ２．１３　Ｄ　１．５０　Ｄ　１．４２　Ｄ　１．４２　Ｄ　１．３５　Ｄ
５０％ １．７７　Ｄ　１．４８　Ｄ　１．４６　Ｄ　１．２１　Ｄ　１．０６　Ｄ
８０％ １．５３　Ｄ　１．２３　Ｄ　１．０１　Ｄ　１．０３　Ｄ　１．０２　Ｄ

　　表３结果同时表明，砂土密实度和延性水平都
对桩身等效塑性铰长度有显著影响．总体而言，随着

Ｄｒ增大，桩身等效塑性铰长度显著下降，砂土密实
度从１５％增大到８０％，破坏时等效塑性铰长度从

１．４８Ｄ变为１．０２Ｄ，减小了３１％；对于同一Ｄｒ，随着
位移延性系数μΔ 的不断增加，等效塑性铰长度Ｌｐ

也表现为总体减小趋势，从延性系数１．５到破坏，等
效塑性铰长度的降幅为３３％～４０％．

５　结论

针对桩柱式桥墩基于性能的抗震设计中，简化
计算桥墩位移能力所需要解决的等效塑性铰长度的

问题开展了研究．采用经过试验验证的建模方法，建
立了常规桩柱式墩公路桥梁的单墩数值计算模型，
考虑不同的土体参数，进行了一系列的推倒分析，分
析了土体约束作用对桩柱式墩的整体延性性能，局
部损伤指标以及等效塑性铰长度的影响，得到了以
下结论：

（１）土体约束作用对桩柱式桥墩的整体延性性
能有显著的影响，会显著减小桥墩的屈服位移和破
坏位移，但会显著提高桥墩的水平承载能力和位移
延性系数．

（２）土体约束作用会使桩柱式桥墩的截面破坏
曲率和曲率延性系数显著增大，但约束作用达到一
定程度（密实度Ｄｒ＞５０％）之后，这种影响就不再明
显．

（３）土体约束作用会使桩柱式桥墩的塑性区域
长度和等效塑性铰长度显著减小．

（４）延性水平对桩柱式桥墩塑性区域长度的影
响可以忽略，但随着位移延性系数的增大，桩身等效
塑性铰长度会显著减小，在基于性能的抗震设计中
应予以考虑．
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·下期文章摘要预报·

重载铁路轨道－路基系统动位移空间分布特征

杨新文，龙天航，周顺华

建立了重载货车－有砟轨道－路基系统耦合动力学模型．分析计算了在轨道随机不平顺激
励下３０ｔ轴重重载铁路轨道－路基系统动位移的分布规律．计算结果表明：①轨道－路基系统各
结构层动位移状态较为复杂，在重载货车通过的过程中，所受荷载也处于循环往复的加载和卸
载状态．②在有砟轨道－路基系统的动位移的３个位移分量中，竖向动位移的幅值较大，横向动
位移以及纵向动位移的幅值均不超过竖向动位移幅值的６％；而沿横向，动位移的分布较为缓
和，其最大波动幅值不超过０．２ｍｍ，可近似看做均匀分布．③轨道－路基系统动位移沿竖向的
变化，大体分为３个阶段：在钢轨到轨枕之间，出现明显突变；在轨枕层区域的衰减幅度较小；
在道床层至基床表层及下部结构，竖向动位移表现为沿深度方向不断衰减，并且衰减速率随着
深度的增加也在不断减小．
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