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蝶形钢板阻尼器力学性能与几何参数优化研究
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摘　 要: 为了提升新型蝶形钢板阻尼器的耗能效率并优化其几何参数,首先推导了新型阻尼器的初始刚度和屈服力计算公

式,然后采用拟静力试验对 8 个阻尼器试件的失效模式、力学参数和滞回性能进行了对比研究,最后通过 67 个模型的数值模

拟分析,探讨了耗能肋宽度比 a / b、高厚比 H / t、耗能肋条数 n、钢板片数 N 等参数对阻尼器力学性能的影响规律。 结果表明:
新型阻尼器力学性能稳定,滞回曲线饱满,极限位移角大于 10% ,最大等效黏滞阻尼比超过 0. 4,其力学性能与耗能肋条数 n
和钢板片数 N 成比例,便于标准化设计,且初始刚度、屈服力和等效屈服位移均具有良好的理论解析性,理论公式的平均计算

误差分别为 14. 0% 、8. 4% 、 - 10. 9% ;通过合理设计耗能肋的尺寸,可实现其全截面屈服的变形状态,使得钢材单位体积耗能

量最大达 0. 217 J / mm3,当耗能肋几何参数满足 a / b = 0. 25 ~ 0. 50、H / t = 20 ~ 30 时,新型阻尼器可实现最优的耗能经济性。
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Mechanical performance and geometric parameter optimization of
butterfly-shaped steel plate damper
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Abstract: To improve the energy dissipation efficiency and optimize the geometric parameters of a new type of
butterfly-shaped steel plate damper, the calculation formulas for the initial stiffness and yield capacity of the new
damper were firstly derived. Then, quasi-static tests were conducted on 8 damper specimens to comparatively
investigate the failure modes, mechanical parameters, and hysteresis performance. Finally, through numerical
simulation analysis of 67 models, the influence of parameters such as the width ratio a / b and height thickness ratio
H / t of the energy dissipating ribs, number of energy dissipation ribs n, and number of steel plates N on the
mechanical performance of the damper was explored. The results show that the mechanical performance of the new
damper is stable with a plump hysteretic curve. The ultimate drift of the damper is greater than 10% , and the
maximum equivalent viscous damping ratio exceeds 0. 4. The mechanical performance of the damper is proportional
to the number of energy dissipation ribs n and the number of steel plates N, which is convenient for standardized
design. The initial stiffness, yield strength, and equivalent yield displacement of the damper can well be predicted
by theoretical analysis, and the average calculation errors of the theoretical formulas are 14. 0%, 8. 4% and -10. 9%,
respectively. By designing the size of the energy dissipation ribs reasonably, the deformation state of full-section
yielding can be achieved, resulting in a maximum energy dissipation per unit steel volume of 0. 217 J / mm3 . When
the geometric parameters of the energy dissipation ribs satisfy the requirements of a / b = 0. 25 - 0. 50 and H / t =
20 - 30, the optimal energy dissipation economy of the new damper can be realized.
Keywords: butterfly-shaped steel plate damper; energy dissipation efficiency; geometric parameters; quasi-static
tests; numerical simulations
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　 　 传统的延性抗震设计思想是在结构的指定部位

设置塑性铰,在强震中通过塑性铰来耗散地震能量,
避免其余构件进入塑性或提前破坏,从而满足抗震

设防要求。 若能将结构的塑性变形转移至非结构构



件上,通过附加装置来耗散能量,则既能降低主体结

构的损伤,也便于震后快速更换耗能构件,恢复结构

功能。 这一想法可追溯到 1972 年美国 Purdue 大学

Yao 教授所提出的结构振动控制概念[1],后来逐步

发展为被动控制、主动控制、半主动控制和混合控制

等方法。 其中,被动控制因性能稳定、造价低廉、安
装方便等优势而被广泛应用,其核心之一就是各类

阻尼耗能装置的研发[2]。
经过几十年的发展,阻尼耗能装置的种类已经

非常多,按材料可分为金属阻尼器、黏弹性阻尼器、
黏滞阻尼器和磁流变阻尼器。 其中,金属阻尼器是

一种位移型被动控制装置,通过金属材料屈服后的

滞回变形耗散地震能量。 Kelly 等[3] 最早提出利用

软钢阻尼器代替梁柱结点的“被动消能减震”概念,
并陆续开发了 U 形钢板、弯曲梁、扭转梁等金属阻

尼器,使金属阻尼器迎来研究热潮。 这其中,较常见

的是通过面外弯曲耗能的 X 形、S 形、U 形或三角形

钢板阻尼器[4 - 8],其优势是变形能力强,滞回稳定,
工作时各个截面弯曲曲率相同,可实现同时屈服耗

能,不足之处是初始刚度小、承载力低,往往需要平

行设置足够数量的钢板才能满足刚度和强度需求,
这既增大了安装空间,又提高了设计费用,导致适用

性和经济性较低。 针对上述不足,有学者[9] 提出了

面内受力的剪切钢板阻尼器,由中间腹板和两侧翼

缘构成,在强震作用下中间腹板发生剪切塑性变形,
翼缘发生弯曲塑性变形,从而耗散地震能量。 然而,
这种剪切型钢板阻尼器容易因发生面外屈曲而过早

失效。 因此,不少学者[10 - 13] 提出,通过对受剪钢板

进行加劲来延缓面外屈曲的发生,可较好地解决这

一问题,如黄镇等[10] 提出夹板防屈曲、肋板防屈曲

和边框防屈曲的改进构造方案;Yao 等[13] 改用方形

钢管加劲代替传统纵、横向加劲方式,减少了焊接残

余应力,提高了剪切钢板阻尼器的超低周疲劳性能。
钢板在平面内受力虽然具有较大的初始刚度和

承载力,但存在局部应力集中和变形能力较差的缺

陷。 为此,不少学者[14 - 17]提出通过对钢板进行削弱

(开槽、开孔、中部变薄等)来改善剪切钢板阻尼器

的延性水平和耗能能力。 试验研究表明,上述做法

确实可以改善钢板阻尼器的滞回耗能能力,但同时

也带来另一个问题,即在剪力和弯矩组合作用下,开
槽削弱后钢板阻尼器的塑性变形容易集中在槽口两

端,当端部破坏时,中间部分甚至没有屈服,材料利

用率低。 徐艳红等[18] 针对抛物线外形软钢阻尼器

的应力集中现象,通过理论推导进行优化设计,取得

了较好的效果。 总的来说,现有研究从不同角度对

面内受力的钢板阻尼器进行了研究,对其缺陷进行

了剖析和改进,取得了较为丰富的研究成果,但在金

属阻尼器的参数优化方面仍很欠缺,尤其缺乏对材

料用量与耗能能力关系的研究。 鉴于此,本文首先

提出一种面内受力的蝶形钢板阻尼器,并对单块钢

板的理论设计公式进行推导;然后通过拟静力试验

对阻尼器的变形能力、滞回特性和耗能能力进行验

证;最后结合数值模拟,进一步从耗能经济性角度对

蝶形钢板阻尼器的最优几何参数取值进行了分析和

讨论。

1　 蝶形钢板阻尼器构造与力学性能

1. 1　 构造特征

如图 1 所示,蝶形钢板阻尼器由并排放置的 N
片蝶形钢板和上、下两个连接部件组成,其中蝶形钢

板分别通过高强螺栓与连接部件固结。 由于上、下
连接部件的有效约束,所有蝶形钢板在地震中同步

发生面内双向弯曲变形,并通过耗能肋的塑性变形

耗散能量。 耗能肋形如蝶翼,可沿肋长方向将抗弯

承载力与弯矩分布进行匹配,从而实现耗能肋全截

面屈服,增加钢材的利用率。 根据蝶形钢板阻尼器

的变形特征,所有钢板的所有耗能肋均具有相同的

边界条件,因此阻尼器的强度、刚度和耗能能力可方

便地通过钢板片数 N 和耗能肋条数 n 确定。 在工

程中,通过将蝶形钢板制成标准块件,可实现标准化

安装与震后快速更换的目标。

图 1　 蝶形钢板阻尼器的构造

Fig. 1　 Structure of butterfly-shaped steel plate damper

1. 2　 力学性能分析

按照图 1 所示的结构和变形特征,阻尼器的力

学性能与钢板片数 N 和耗能肋条数 n 成正比。 现

取单条耗能肋进行分析,将其简化为一端固定、一端

只沿 y 方向平移的变截面梁,如图 2 所示。
耗能肋沿 x 轴正方向的任意截面惯性矩 Iz(x)为

Iz(x) =
tb3

x

12 = t
12

2(b - a)
H x + a[ ]

3

(1)

式中:t 为耗能肋厚度,bx为耗能肋在高度 x 处的截
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面宽度,a、b 分别为耗能肋中间、端部宽度,H 为耗

能肋的净高。

图 2　 单肋简化分析模型

Fig. 2　 Simplified analytical model of single rib

利用虚功原理,可计算出耗能肋端部在单位荷

载下的位移 δ:

δ = 2∫
H
2

0

MPM
—
dx

EIz(x)
+ 2∫

H
2

0

αFSPF
—

Sdx
GA(x) + 2∫

H
2

0

FNPF
—

Ndx
EA(x)

(2)
式中:MP、FSP和 FNP分别为耗能肋在肋端集中荷载

P 作用下的弯矩、剪力和轴力;M
—
、F

—
S 和 F

—
N 分别为耗

能肋在肋端单位集中荷载作用下的弯矩、剪力和轴

力;α 为矩形截面系数,取 α = 6 / 5;E 为弹性模量;G
为剪切模量,取 G = 0. 38E。

根据胡克定律可求得耗能肋的刚度 kr = 1 / δ。
鉴于各条肋的尺寸和约束条件相同,所以侧向力 F
在 n 条肋之间平均分配。 另外,耗能肋的位移 δ 主

要由其弯曲和剪切应变能贡献,因此有

kr = n 1
δ = nGE(b - a) 3 t

EHα(a - b) 2 ln b
a + 3GH3 - 3

2 - a(a - 4b)
2b2 + ln b

a[ ]
(3)

　 　 同理,可以求出上、下端连接钢板的等效刚度 k0:

k0 =
EGW3

0 t
αEW2

0h + Gh3 (4)

式中:W0为耗能肋与连接刚板的连接面长度,W0 = nb;

h 为等效矩形高度。
耗能肋与连接钢板在刚度上为串联关系,则单

片蝶形钢板的总刚度 k 为

k = 1
1
k0

+ 1
kr

+ 1
k0

=
nGEW3

0(b - a)3t

2n(b - a)3(Gh3 +αhEW2
0) +αEHW3

0(a - b)2ln b
a +3GH3W3

0 - 3
2 - a(a -4b)

2b2
+ ln b

a[ ]
(5)

　 　 在 P 作用下,耗能肋的应力和弯矩沿轴线分布为

σ(x) = 0. 5MP(x)bx / Iz(x)
MP(x) = xFSP

FSP = HP / (H + h)

ì

î

í

ïï

ïï
(6)

当达到屈服强度 σy 时,单片蝶形钢板(包括 n
条耗能肋)的屈服力 Fsy为

Fsy =
nt[η(b - a) + a] 2(H + h)σy

3ηH2 (7)

式中 η 为耗能肋最先屈服的截面位置,可通过设计

取 η = a / b。
对于由 N 片蝶形钢板组成的阻尼器,其屈服力

Fy和初始刚度 K 可由 Fy = N·Fsy和 K = N·k 得到。

2　 试验方法

2. 1　 试件设计

根据图 1 所示的阻尼器构造特征,共设计制作

了 7 个单板试件和 1 个双板试件,试件轮廓尺寸和

实际照片如表 1 和图 3 所示。 耗能肋的端部宽度

b、中间宽度 a 和条数 n,以及钢板片数 N 均作为研

究参量。 其中,S-1 为标准试件,其 b = 60 mm、a =
20 mm、n = 4、N = 1。 与 S1 相比,S-2 和 S-3 仅耗能

肋条数 n 不同,S-4 和 S-5 仅耗能肋中间宽度 a 不

同,S-6 和 S-7 仅耗能肋端部宽度 b 不同,D-1 仅钢

板片数 N 不同。 所有试件均取自标号为 Q235 的同

一块钢板,厚度 t = 10 mm 为常量。

表 1　 试件参数

Tab. 1　 Specimen parameters

编号 N n H / mm W / mm t / mm a / mm b / mm

S-1 1 4 300 400 10 20 60

S-2 1 2 300 400 10 20 60

S-3 1 3 300 400 10 20 60

S-4 1 4 300 400 10 30 60

S-5 1 4 300 400 10 15 60

S-6 1 4 300 400 10 20 40

S-7 1 4 300 400 10 20 80

D-1 2 4 300 400 10 20 60
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图 3　 蝶形钢板阻尼器试件(mm)
Fig. 3　 Specimens of butterfly-shaped steel plate dampers(mm)

2. 2　 材性试验

根据现行规范[19] 要求,从 Q235 母材中截取材

性试样,开展标准拉伸试验,结果列于表 2。 所用的

Q235 钢材实测平均屈服强度为 285. 5 MPa,平均抗

拉强度为 468. 6 MPa,平均屈强比为 0. 609,小于规

范要求值 0. 85[20],伸长率均大于 20% ,具备较强的

塑性变形能力,钢材超强系数在 1. 15 ~ 1. 27 之间,
小于规范要求值 1. 35[20]。

表 2　 钢材性能实测结果

Tab. 2　 Test results of steel properties

试件
屈服强度 /

MPa
抗拉强度 /

MPa
屈强比

超强

系数

伸长

率 / %

试样 1 270. 9 461. 9 0. 587 1. 15 24
试样 2 288. 1 473. 4 0. 608 1. 23 23
试样 3 297. 6 470. 6 0. 632 1. 27 22

2. 3　 加载系统与制度

为了让试件按照预期目标发生双向弯曲变形,
专门设计了如图 4(a)、4(b)所示的加载装置。 该

装置由固定和滑动两部分组成,其中,滑动部分在竖

向被固定部分严格约束,但可以沿着 4 个水平定向

滑动轨道相对固定部分自由滑动。 滑动轨道设置在

上固定端的下表面与滑动端的上表面之间,并在其

中布置了一定数量的钢滚珠,以实现滚动摩擦行为,
另外在加载前在轨道上涂抹润滑油,以尽可能减小

摩擦力。 整个加载系统由加载装置、拉压千斤顶、反
力架、固定钢梁底座等构成,试件的上端与加载装置

连接,下端与固定钢梁底座相连,如图 4(c)所示。

图 4　 加载设置

Fig. 4　 Loading setup

　 　 在加载过程中,水平荷载通过 TJL-8 螺纹式力

传感器采集,试件位移采用 MPS-SLA 拉线式位移计

(量程 300 mm)采集,加载系统的位移采用机电百

分表(量程 50 mm) 采集。 试件应变通过应变花

BX120-3CA(电阻 120 ) 采集。 总体测点布置如

图 5(a)所示,其中 1、2 号位移计用于测量装置的相

对位移,3、4 号位移计用于测量试件上、下端的相对

位移,5、6 号位移计用于测量固定钢底座的纵向、横

向滑移。 采用力和位移综合控制的拟静力加载制

度,如图 5(b)所示。 首先,通过力控制进行 3 个等

级的加载循环,对加载系统、试件力学性能进行初步

测试;然后,转向位移控制加载,初始位移增量为

2. 5 mm,当加载幅值达 10 mm 后位移增量改为

10 mm,直至试件破坏(以耗能肋屈曲后,试件在相

同位移幅值下的实测循环侧向力开始下降作为失效

标志),每级位移循环3 次。
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图 5　 测点布置与加载制度

Fig. 5　 Layout of measurements and loading protocol

2. 4　 试件破坏形态

如图 6 所示,所有试件均表现出相似的加载现

象,以标准试件 S-1 为例,在控制位移为 30 mm 的第

1 圈循环时,可观察到 4 条肋同步发生面内双向弯

曲变形,肋边缘曲线光滑且关于肋中心点成旋转对

称;到第 3 圈循环时,耗能肋距端部 5 cm 处的金属

表皮氧化层开始脱落,呈现出点状银白色金属光泽,

表明这些区域产生了应力集中;此时,从侧面可观察

到钢板产生约 10 mm 的面外屈曲变形,同时耗能肋

出现扭转。 继续加载后,氧化层脱落现象加剧并向

周围蔓延,钢板面外屈曲变形持续增大,试件侧向力

开始下降。 其余试件的加载现象与 S-1 相似,不再

赘述。

图 6　 试件破坏形态

Fig. 6　 Failure patterns of specimens

2. 5　 力-位移关系

图 7 为试件的力-位移滞回曲线对比结果,图
中左轴为力 F,下轴为位移 Δ,上轴则为位移角 γ =
Δ / H。 总体来看,各试件的滞回曲线呈纺锤体状,形
状饱满,在相同位移幅值的不同循环次数下曲线重

合度较好,表现出稳定的耗能能力。 由图 7( a)可

见,当耗能肋数 n 分别为 2、3、4 时,试件的极限承载

力分别为 59、90、119 kN,可见随着 n 的增大,试件

的极限承载力近乎等比例增大;由图 7(b)可见,当
钢板片数 N 分别为 1、2 时,阻尼器的极限承载力分

别为 119、240 kN,即随着 N 的增大,试件的极限承

载力也等比例增大。 上述试验结果验证了 1. 1、1. 2 节

中的基本假设,即蝶形钢板阻尼器的极限承载力与

耗能肋条数 n 和钢板片数 N 成正比。 根据图 7(c)、
7(d),当耗能肋中间宽度 a 为 15、20、30 mm 时,试
件的极限承载力分别为 106、119、137 kN,增幅并不

明显,极限位移也几乎不变;而当耗能肋端部宽度 b
为 40、60、80 mm 时,试件的极限承载力分别为 68、
119、166 kN,极限位移分别为 50、39、29 mm,可见随

着 b 的增大,阻尼器的极限承载力显著增大,但变形

能力却大幅减小。 上述结果表明,在保持高度 H 不

变的情况下,耗能肋宽度对阻尼器的极限承载力和

变形具有重要的影响,后文将对其展开进一步分析。
表 3 列举了各试件的实测力学性能参数和按照

1. 2 节推导得到的理论计算结果。 其中,K t和 Kc分

别为实测和理论初始刚度,后者由式(5)确定;Fyt和

Fyc分别为实测和理论屈服力,后者由式(6)确定;
Δyt和 Δyc分别为实测和理论等效屈服位移,后者由

式(6)、(5)得到;Fu、Δu分别为极限承载力和极限位

移;μΔ为位移延性系数,μΔ = Δu / Δy;λ 为强化系数,
λ = Fu / Fy。 由表 3 可以看到,各试件的理论与实测

结果吻合良好,其中初始刚度、屈服力和等效屈服位

移的平均计算误差分别为 14. 0%、8. 4%、 - 10. 9%,
表明蝶形钢板阻尼器具有良好的理论可解析性,
这为其工程设计与应用奠定了可靠的基础。 另外,
表中所列的性能参数表明,蝶形钢板阻尼器的极限

承载力和刚度与其耗能肋条数 n 和钢板片数 N 成

正比。
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图 7　 力-位移滞回曲线对比

Fig. 7　 Comparison of force-displacement hysteretic curves

表 3　 试件力学性能参数

Tab. 3　 Performance parameters of specimens

试件编号 Kt / (kN·mm -1) Kc / (kN·mm -1) Fyt / kN Fyc / kN Δyt / mm Δyc / mm Fu / kN Δu / mm μΔ λ

S-1 22. 6 26. 4 55. 9 56. 5 2. 5 2. 1 119 39. 7 15. 9 2. 1

S-2 10. 6 13. 1 27. 9 28. 2 2. 6 2. 2 59 - 40. 1 15. 4 2. 1

S-3 17. 6 19. 8 41. 8 42. 4 2. 4 2. 1 89 - 40. 6 16. 9 2. 1

S-4 31. 6 33. 7 61. 3 81. 4 1. 9 2. 4 137 39. 3 20. 7 2. 2

S-5 19. 9 22. 5 46. 7 45. 8 2. 3 2. 0 106 - 39. 4 17. 1 2. 3

S-6 9. 5 10. 8 28. 4 36. 2 3. 9 3. 4 68 - 50. 1 12. 8 2. 4

S-7 57. 4 49. 0 82. 8 81. 4 2. 1 1. 7 166 - 29. 3 14. 0 2. 0

D-1 37. 7 52. 9 105. 5 113. 0 2. 8 2. 1 240 40. 8 14. 6 2. 3

2. 6　 耗能能力

滞回曲线所围成的面积可用于评价结构或构件

的耗能能力,面积越大,耗能越多,图 8 为试件各级

循环耗能与累计耗能变化情况。 在弹性状态时,试
件的耗能可忽略不计;当进入屈服后,试件的耗能水

平显著增强。 由图 8( a)可见,相比标准试件 S-1,
S-3少了 1 条耗能肋,其单次循环耗能平均减少

27. 6% ,累计总耗能减少 26. 2% ;S-2 少了两条耗能

肋,其单次循环耗能平均减少 46. 2% ,累计总耗能

减少 47. 0% 。 可见,试件的耗能能力与耗能肋数量

基本呈比例。 由图 8(b)可见,相比标准试件 S-1,双
片板试件 D-1 各循环耗能平均增加 95. 0% ,累计总

耗能增加 106. 2% ,基本呈两倍的关系。 上述结论

验证了 1. 1、1. 2 节中的基本假设,即蝶形钢板阻尼

器的耗能能力与耗能肋条数 n 和钢板片数 N 成比

例。 由图 8(c)可见,相比标准试件 S-1,S-4 的 a 增

加了 10 mm,其单次循环耗能平均增加 10. 6% ,累
计总耗能增加 13. 4% ;S-5 的 a 减少了 5 mm,其单
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次循环耗能平均减少 15. 0% ,累计总耗能减少

13. 8% 。 类似地,在图 8 ( d) 中, S-6 的 b 减少了

20 mm,其各次循环耗能平均减少 52. 6% ,但累计总

耗能却增加 1. 1% ;S-7 的 b 增加了 20 mm,其单次

循环耗能平均增加 74. 5% ,但累计总耗能却减少

17. 0% 。 可见,在保持高度 H 不变的情况下,合理

设计耗能肋的宽度 a 和 b 对阻尼器的耗能能力具有

非常重要的影响。

图 8　 耗能能力对比

Fig. 8　 Comparison of energy dissipation capacity

　 　 累计总耗能无法体现材料用量与耗能能力之间

的关系,而单位体积耗能则可从经济性角度考虑材

料利用率,它由累计总耗能与耗能肋体积之比得到,
其中耗能肋的体积计算公式为 nt(a + b)H / 2,符号

意义同前。 表 4 列出了各试件耗能肋单位体积钢材

的耗能情况,对于耗能肋尺寸不变,而仅改变耗能肋

条数和钢板片数的 S-1 ~ S-3、D-1 共 4 个试件,其单

位体积耗能率非常接近,再次验证了 1. 1、1. 2 节中

的基本假设,表明蝶形钢板阻尼器各条肋的耗能能

力非常均衡。 当 a 增加 10 mm 后,试件的单位体积

耗能减少 23. 2% ,当 a 减少 5 mm 后,单位体积耗能

减少 8. 0% ;而当 b 增加 20 mm 后,试件的单位体积

耗能减少 33. 9% ,当 b 减少 20 mm 后,单位体积耗

能增加 34. 8% 。 可见,在保持高度 H 不变的情况

下,增大耗能肋的根部宽度 b 并不经济。
耗能能力可采用等效黏滞阻尼比 ξeq来衡量,ξeq

越大,则耗能能力越强。 图 9 为各试件的 ξeq随加载

位移的变化规律。 总体来看,各试件 ξeq的变化规律

　 表 4　 单位钢材体积的耗能

Tab. 4　 Energy dissipation per unit volume of steel

试件编号 总耗能 / J 耗能肋体积 / mm3 体积耗能率 / ( J·mm - 3)
S-1 53 801 480 000 0. 112
S-2 28 514 240 000 0. 119
S-3 39 711 360 000 0. 110
S-4 46 608 540 000 0. 086
S-5 46 378 450 000 0. 103
S-6 54 371 360 000 0. 151
S-7 44 652 600 000 0. 074
D-1 110 943 960 000 0. 116

较为相似:当加载位移小于 10 mm 时 ξeq快速增大,
当加载位移处于 10 ~ 20 mm 时 ξeq的增速明显降低,
当加载位移超过 20 mm 后 ξeq不再增大,且部分试件

出现下降趋势。 从数值上看,各试件的最大 ξeq均超

过 0. 4,表明蝶形钢板阻尼器具有良好的耗能能力。
由图 9(a)可见,相比标准试件 S-1,当 n = 2 时,试件

的 ξeq在加载后期明显更大,当 n = 3 时,试件的 ξeq

总体略低,且在加载位移超过 30 mm 后迅速下降;
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由图 9(b)可见,除了加载末期外,钢板片数 N 对 ξeq

的影响较小;由图 9(c)可见,相比标准试件 S-1,当
a 减小 5 mm 时,试件的 ξeq在加载全过程中都更小,
当 a 增大 10 mm 时,试件的 ξeq在加载中期更大,但
在位移超过 20 mm 后迅速降低;由图 9(d)可见,相
比标准试件 S-1,当 b 减小 20 mm 时,试件的 ξeq在加

载全过程中都更小,当 b 增大 20 mm 时,试件的 ξeq

在加载前期变化很小,但在后期迅速降低。

图 9　 等效黏滞阻尼比变化曲线

Fig. 9　 Variation curves of equivalent viscous damping ratio

3　 数值模拟分析

3. 1　 分析模型与验证

采用 Abaqus 建立蝶形钢板阻尼器的实体有限

元模型,进一步探究 a / b、H / t、n 及 N 对阻尼器力学

性能的影响规律,共计建立了 67 个模型(编号M1 ~
M67)。 选 用 三 维 实 体 八 节 点 减 缩 积 分 单 元

(C3D8R)进行建模,典型网格划分如图10所示。

钢材本构关系采用双线性随动强化模型,泊松比取

0. 3,屈服强度、极限强度等参数根据表 2 所示的材

性试验结果确定,屈服模量取弹性模量的 1% ,采用

Mises 屈服准则。 模型底部所有螺栓孔约束全部自

由度,设置加载点与顶部螺栓孔所有自由度耦合,耦
合点处只在面内施加水平位移,其余自由度均被约

束,加载制度与试验相同。

图 10　 典型网格划分

Fig. 10　 Typical illustrations of meshing

合理判断数值模拟的失效点非常重要,试验表

明试件在发生面外屈曲不久后因承载力降低而失

效,所以数值模拟的失效点定义为面外屈曲开始点

或者材料应力首次达到峰值应力点。 数值模拟与试

验结果的对比如图 11 所示,可以看到两者吻合较

好,曲线趋势基本一致,极限位移也基本相同,说明

有限元模型能较好地预测蝶形钢板阻尼器的力学行

为,同时失效点判断方法也可行。 数值曲线在单次

循环下的峰值荷载比试验结果小,其原因是试验加

载装置特别是水平滑槽内不可避免地存在摩擦力,
且该摩擦力会随着加载位移的增大而增大。 另外,
加载后期滞回曲线出现上翘,这也与试验结果吻合,
但数值模拟中这种现象更加明显。

图 11　 数值模拟与试验结果对比

Fig. 11　 Comparison between numerical simulations and test results
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3. 2　 力学性能的参数变化规律

图 12 给出了蝶形钢板阻尼器的极限承载力
Fu、极限位移角 γ 和位移延性系数 μΔ随 a / b、H / t 的
变化规律。 由图可见,Fu、γ 和 μΔ总体上均呈现随
a / b 增大而先增后减的变化趋势,最大的 Fu出现在
a / b = 0. 25 ~ 0. 50 之间,最大 γ 出现在 a / b = 0. 25 ~
0. 50 之间,而最大 μΔ出现在 a / b = 0. 30 ~ 0. 60 之
间;当 a / b < 0. 2 或 a / b > 0. 8 时,耗能肋中间或端部
因应力集中而出现损伤,所以 Fu、γ 和 μΔ都处于较
低的水平。 另一方面,随着 H / t 的增大,极限承载力
Fu逐渐降低,极限位移角 γ 总体上先增后减,位移
延性系数 μΔ也呈现逐渐减小的趋势,其原因在于蝶
形钢板厚度 t 相对高度 H 在不断减小,导致耗能肋
的屈曲时机逐渐提前,阻尼器各项力学性能因此逐

渐下降。
为了进一步说明耗能肋宽度 a / b 的影响,图 13

给出了部分典型模型在 γ = 10% 时的应力分布云
图,其中等效塑性应变 PEEQ 是为了记录变形历程
而提出的一个表征塑性应变累积值的量。 PEEQ 越
大,说明该点塑性应变越集中,当 PEEQ 大于极限应
变时,说明材料正经历拉压循环累积,循环次数越多
就越容易出现疲劳损伤。 由图 13 可见,a / b 太小或
太大都会导致耗能肋局部应力集中,而合理的 a / b
可使耗能肋全截面屈服耗能。 图 14 显示了耗能肋
首次屈服的位置,即塑性铰出现的位置,x = 0 为肋
中间,x = 1 为肋端部。 可以看到,x 随着 a / b 的增大
而增大,说明塑性铰位置逐渐向端部靠近,这也解释
了试验中当 a / b 过大时端部会提前破坏的原因。

图 12　 力学性能的参数变化规律

Fig. 12　 Parametric variation trends of the mechanical performance

图 13　 γ =10%时的应力分布云图

Fig. 13　 Stress distribution cloud map when γ = 10%
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图 14　 耗能肋首次屈服位置

Fig. 14　 Position of first yielding of ribs

图 15(a)、15(b)给出了蝶形钢板阻尼器的初

始刚度随 a / b、H / t、n、N 等参数的变化规律,同时给

出了按照式(5)计算得到的理论刚度值,图 15(c)给
出了 67 个模型割线刚度的退化曲线。 总体来看,数
值模拟与理论解析的结果非常吻合,从侧面证明了

数值模拟和理论解析的合理性。 由图 15 ( a)、
15(b)可见,随着 a / b 的增大,阻尼器的初始刚度平

稳增大,且当 H / t 越小时其增幅越明显;随着 H / t 的
增大,初始刚度逐渐减小,其原因如前所述;随着 n、
　

N 的增大,初始刚度线性增大,这与 1. 1、1. 2 节中的

基本假设完全吻合。 根据图 15(c),割线刚度在加

载初期退化明显,当位移加载至 5 mm 时大部分模

型的割线刚度退化 51%以上,加载后期所有模型的

割线刚度退化趋于平缓。
3. 3　 耗能能力

图 16 为部分模型等效黏滞阻尼比 ξeq的变化规

律,其中图 16(a)对应 H / t = 30,图 16(b)对应a / b =
0. 33。 由图 16(a)可知,当 a / b = 0. 33 时,ξeq的峰值

最大,达 0. 45,且在加载后期也保持得最稳定;当
a / b = 0. 10 时,ξeq的峰值只有 0. 35,且阻尼器过早发

生失效;同理,当 a / b 较大时,阻尼器也容易出现过

早失效的现象,这些现象与图 12 ~ 13 的结论是一致

的。 根据图 16(b),当 H / t = 20 时,ξeq的峰值最大,
达 0. 47;随着 H / t 的增大,ξeq总体上不断减小,尤其

在加载前期减幅非常明显,但在位移超过 20 mm
后,不同 H / t 对应的 ξeq曲线逐渐靠拢。 由图 16(c)
可见,n 和 N 对加载前期的 ξeq几乎没有影响,对后

期有一定的影响,但总得来说是影响最小的两个参

数,这与前文结论是吻合的。

图 15　 刚度的参数变化规律

Fig. 15　 Parametric variation trends of stiffness

图 16　 ξeq的参数变化规律

Fig. 16　 Parametric variation trends of ξeq

　 　 耗能能力是阻尼器的关键评价指标之一,图 17
给出了蝶形钢板阻尼器耗能能力随 a / b、H / t 这两个

关键参数的变化规律。 由图 17(a)可见,不同参数

下阻尼器耗能相差很大,累计耗能最大可达85. 2 kJ,最
小仅 2. 4 kJ。 当 H / t 一定时,累计耗能总是随着 a / b
的增大而先增后减,峰值一般都出现在 a / b = 0. 25 ~
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0. 50 时。 结合图 13 可知,a / b 取值过小意味着耗能

肋腹部被削弱,应力集中于此,直至破坏时端部大部

分材料都还未进入屈服状态,材料性能得不到充分

利用,大大降低了阻尼器的耗能能力;而 a / b 取值过

大将导致耗能肋端部应力集中,直到破坏时,腹部大

部分材料都未进入屈服状态,材料性能同样得不到

充分利用;当 a / b = 0. 25 ~ 0. 50 时,耗能肋端部和腹

部的应力集中现象可得到较好平衡,材料利用率显

著提高。 此外,在 a / b = 0. 25 ~ 0. 50 前提下,累计耗

能随 H / t 的增大而先增后减,且趋势非常明显,峰值

一般出现在H / t =20 ~30 时;而当 a / b <0. 25 或 a / b >
0. 50 时,累计耗能对 H / t 的变化不敏感,且均处于

较低的水平,前者是因为 H / t 的变化不能克服由于

a / b 过小所导致的耗能肋腹部被严重削弱的缺陷,
后者同样是因为 H / t 的变化无法改善因 a / b 过大所

引起的耗能肋端部应力集中的问题。 图 17(b)给出

了耗能肋钢材单位体积的耗能量,其变化趋势与累

计耗能基本一致,但峰值区域更加集中,当 a / b =
0. 25 ~ 0. 50、H / t = 20 ~ 30 时,钢材单位体积的耗能

达到峰值。

图 17　 耗能能力的参数变化规律

Fig. 17　 Parametric variation trends of energy dissipation capacity

4　 结　 论

本文提出了一种新型蝶形钢板阻尼器,采用理

论推导得到了其初始刚度和屈服力计算公式,通过

拟静力试验对比研究了 8 个阻尼器试件的失效模

式、力学参数和滞回性能,进一步通过数值模拟拓展

分析,研究了 a / b、H / t、n 及 N 对阻尼器力学性能的

影响规律,并从耗能经济性角度提出了蝶形钢板阻

尼器的最优几何参数取值。 主要结论如下:
1)新型蝶形钢板阻尼器可通过一端固定、一端

定向滑动的等效变截面梁来推导其初始刚度、屈服

力和等效屈服位移的理论计算公式,理论公式的平

均计算误差分别为 14. 0% 、8. 4% 、 -10. 9% 。
2)新型蝶形钢板阻尼器力学性能明确,滞回曲

线饱满,具有稳定的往复循环耗能特性,极限位移角

大于 10% ,位移延性系数大于 12. 8,变形能力较强,
单肋极限承载力较大且发展稳定,最大等效黏滞阻

尼比超过 0. 4,耗能能力良好。
3)新型蝶形钢板阻尼器的力学性能与耗能肋

条数 n 和钢板片数 N 成比例,有利于标准化设计和

工程应用,其承载力对耗能肋宽度 a 的变化不敏感,
而对宽度 b 和高度 H 的变化非常敏感。

4)通过定义合理的失效点,数值模拟可以较好

地实现对新型阻尼器滞回曲线的重现,且其对阻尼

器刚度的模拟结果与理论计算结果高度吻合。 利用

等效塑性应变 PEEQ 的分布云图,可从机理上解释

耗能肋 a / b 太小或太大都不利于其耗能能力提升的

原因。
5)新型阻尼器通过合理设计耗能肋的尺寸,可

实现全截面屈服的变形状态,使得耗能肋的钢材单

位体积耗能量最大达 0. 217 J / mm3。 耗能肋条数 n
和钢板片数 N 对单位体积耗能量无影响,而当

a / b = 0. 25 ~ 0. 50、H / t = 20 ~ 30 时,新型蝶形钢板

阻尼器可实现最优的耗能经济性。
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