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摘　 要: 为研究Ⅱ型 APC 套筒约束下带肋钢筋与灌浆料间的黏结滑移性能,本研究进行了 23 组共 69 个Ⅱ型 APC 套筒约束

灌浆料钢筋拉拔试验。 采用电液伺服万能试验机进行单向拉伸加载,利用应变片及位移计分别采集套筒应变和钢筋滑移值,
研究了试件破坏形态、黏结强度影响因素、黏结滑移本构关系、套筒荷载应变曲线等。 结果表明:套筒约束灌浆料试件的破坏

形式包括钢筋(屈服前及屈服后)拔出破坏和钢筋拉断破坏两种;试件黏结强度随钢筋直径、锚固长度的增大而降低,随含钢

率的增大而提升;钢筋与约束灌浆料间的黏结滑移分为滑移段、劈裂段、下降段、残余段 4 个阶段;对比不同材料锚固试件发

现,灌浆料、套筒约束灌浆料、混凝土达到极限黏结强度时的滑移值依次降低,混凝土因骨料限制了裂缝发展,其滑移值最小。
黏结滑移曲线的能量分析表明,试件延性较优,脆性系数随钢筋直径增大而降低、随锚固长度增大而提升。 极限荷载时,套筒

长边环向为拉应变,且随钢筋直径的增大而增大,短边环向绝大部分为压应变,套筒长边和短边纵向应变均为拉应变,且套筒

长边纵向及环向应变均大于短边。 基于 ABAQUS 平台构建了Ⅱ型 APC 套筒约束灌浆料有限元模型,其仿真结果与试验数据

吻合较好。 在计算屈服及拉断临界状态下钢筋临界锚固长度值时,套筒的存在可使其大大减小。
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Abstract: To study the bond-slip performance between ribbed steel bars and grout under Type II APC sleeve
restraint, a total of 69 Type II APC sleeve-constrained grout reinforcement tensile tests in 23 groups were conducted
in this study. An electro-hydraulic servo universal testing machine was used for unidirectional tensile loading.
Strain gauges and displacement meters were used to collect data on the strain of the sleeve and the slip value of the
reinforcing bar, respectively. The damage morphology of the specimens, factors affecting bond strength, bond-slip
ontological relationship, and sleeve load-strain curve were studied. The results show that: The damage forms of the
sleeve-constrained grout specimens include two types: the pull-out damage of steel bars (before and after yielding)
and the pull-out damage of steel bars; The bond strength of the specimens decreases with the increase of the
diameter of the steel bars and the anchorage length, and increases with the increase of the steel content rate; The
bond slippage between the steel bars and the constrained grout is divided into four phases: slippage, cleavage,
descending, and remnant; Comparison of anchorage specimens made of different materials reveals that when
reaching the ultimate bond strength the slip values decrease in the order of unrestrained grout, sleeve-constrained
grout, and concrete, and the slip value of concrete was the smallest due to the limitation of crack development by
the aggregates. Energy analysis of the bond-slip curves shows that the ductility of the specimens is superior, and the
coefficient of brittleness decreases with increasing reinforcement diameter and increases with increasing anchorage
length. At the ultimate load, the annular direction of the long side of the sleeve is tensile strain, and it increases



with the increase of the diameter of the reinforcement bar, the annular direction of the short side is mostly
compressive strain, the longitudinal strain of the long side and short side of the sleeve is tensile strain, and the
longitudinal and annular strain of the long side of the sleeve is larger than that of the short side. Based on the
ABAQUS platform, a finite element model of type II APC sleeve-constrained grout was constructed, and the
simulation results were in good agreement with the test data. When calculating the value of critical anchorage length
of reinforcement in the critical state of yielding and pulling off, the existence of the sleeve significantly reduces this
length.
Keywords: bond-slip ontological relationship; constrained grout; anchorage length; sleeve strain; pull-out test

　 　 装配式建筑因低碳环保、施工周期短等优势在

我国得到了广泛应用和发展[1],而钢筋节点连接是

装配式建筑施工中至关重要的一环。 近年来,学者

们针对钢筋节点连接的方式进行了大量探索,文
献[2 - 4]通过试验验证了钢筋约束浆锚连接的可

靠性,文献[5 - 9]利用试验和有限元模拟对套筒灌

浆对接连接的套筒材料及形式进行优化,并逐渐运

用于实际工程中。 套筒灌浆连接仍存在许多亟需解

决的问题,其中包括套筒内径小导致的施工不便、钢
筋偏心及灌浆缺陷的问题[10]。

基于此,余琼[11]提出了两种新型套筒灌浆搭接

连接接头(APC 接头),分为 I 型套筒(两根钢筋搭

接)和Ⅱ型套筒(四根钢筋搭接),钢筋之间搭接传

力,主要用于装配式结构中预制竖向构件钢筋连接。
此种接头具有自锁效应,对套筒和灌浆料的材料要

求低,造价低,施工便利,容错率高,灌浆易密实。 相

较于 I 型套筒,II 型套筒的优势在于现场施工时更

为便捷高效,在预制竖向构件钢筋节点连接中具有

广阔的应用前景。
余琼研究团队前期为探究 APC 套筒的力学性

能进行了大量单向拉伸及反复拉压试验[12 - 15],并将

APC 套筒与预制构件结合进行拟静力试验[16 - 17],
验证了其在实际工程中应用的可行性。 不同于前期

Ⅱ型 APC 接头力学性能的研究,本研究旨在探索带

肋钢筋在Ⅱ型 APC 套筒约束灌浆料中黏结滑移本

构,同时结合我研究团队前期进行的钢筋在 I 型

APC 套筒约束灌浆料锚固性能研究[18],以期为后续

预制构件理论分析和精细化、非线性有限元数值模

拟分析提供依据。
通过改变钢筋直径、搭接长度和套筒长边壁厚

等,本文制作了 69 个Ⅱ型 APC 套筒约束灌浆料试

件,通过中心拉拔试验研究带肋钢筋与套筒约束灌

浆料间的黏结性能,探究黏结性能的关键影响因素

及Ⅱ型 APC 套筒约束灌浆料典型的 τ-s 曲线(黏结

应力-滑移曲线)形式,拟合相应的特征值计算公

式,提出套筒约束下 τ-s 本构模型。 同时结合有限

元模拟建立合理的数值模型,分析约束灌浆料黏结

滑移性能。

1　 试验概况

1. 1　 材性试验

本试验使用 HRB400 级带肋钢筋,其力学性能

如表 1 所示。 使用某公司生产的 H-40 型灌浆料,依
照文献[19]方法测得其性能参数见表 2,浇筑配比

为每袋灌浆料(25 kg)加入 3. 2 kg 清水。 依照文

献[20]方法制作 4 个 40 mm × 40 mm × 160 mm 的

棱柱体试块进行抗折、抗压强度试验,测得灌浆料的

抗折、抗压强度分别为 13. 8、81. 2 MPa;依照文

献[21]方法制作 6 个 150 mm × 150 mm × 150 mm
立方体试块进行劈裂抗拉强度试验,测得其劈裂抗

拉强度 fts为 5. 6 MPa,制作两组各 3 个 150 mm ×
150 mm ×300 mm 棱柱体试块分别进行轴心抗压强

度及静力受压弹性模量试验,强度指标及弹性模量

取均值,测得其轴心抗压强度为 74. 8 MPa,弹性模

量为 3. 55 × 104 MPa。
表 1　 钢筋材料性能

Tab. 1　 Material properties of reinforcement bar

钢筋直径 d / mm 屈服强度均值 fy / MPa 极限强度均值 fu / MPa

16 455. 6 628. 6
18 459. 5 665. 0
20 455. 2 656. 6

表 2　 灌浆料性能参数

Tab. 2　 Grouting material performance parameters

3 h 竖向膨

胀率 / %
24 h 与 3 h 竖向膨

胀率之差 / %
最大集料

粒径 / mm
3 d 棱柱体抗

压强度 / MPa

0. 15 0. 18 ≤4. 75 47. 4(实测值)

　 　 套筒由 Q235B 钢焊接加工而成,依照文献[22]
进行力学性能试验,测得其力学性能如表 3 所示。
取套筒的总体屈服强度平均值为 297. 94 MPa,总体

极限强度平均值为 432. 97 MPa。
表 3　 套筒性能参数

Tab. 3　 Material properties of sleeve

厚度 / mm 平均屈服强度 / MPa 平均极限强度 / MPa
4 343. 0 459. 1
5 304. 2 447. 9
6 279. 6 427. 4
8 264. 9 397. 4

·581·第 1 期 余琼, 等: 带肋钢筋与Ⅱ型 APC 套筒约束灌浆料黏结性能试验研究



1. 2　 试件设计及参数

试件共计 23 组,其形式如图 1 所示,试件具体

尺寸见表 4。 套筒由 Q235B 钢板和钢管通过 4 道焊

缝焊接制成。 试件制备过程中,将 PVC 套管置于钢

筋特定区段,以实现黏结隔离,并控制锚固长度。 而

后采用热熔胶密封处理端部间隙。 通过定位装置确

保钢筋轴线与套筒中心重合,灌浆料搅拌均匀后浇

筑于套筒内,振捣并养护 28 d。

图 1　 试件形式

Fig. 1　 Specimen form

表 4　 试件尺寸及钢筋拉拔试验结果

Tab. 4　 Specimen sizes and bar pullout test results

试件编号
钢筋直径

d / mm

锚固长度

la / mm
长边壁厚

t2 / mm
破坏形式

极限荷载

Pu / kN
黏结强度

τu / MPa

6-16-6d-1 16 96 6 屈服后拔出 94. 8 19. 60

6-16-6d-2 16 96 6 屈服后拔出 97. 1 20. 10

6-16-6d-3 16 96 6 屈服后拔出 94. 2 19. 50

6-18-96-1 16 96 6 屈服后拔出 109. 8 20. 20

6-18-96-2 16 96 6 未屈服拔出 94. 2 17. 40

6-18-96-3 16 96 6 未屈服拔出 105. 1 19. 40

6-20-96-1 20 96 6 未屈服拔出 101. 6 16. 90

6-20-96-2 20 96 6 未屈服拔出 100. 2 16. 60

6-20-96-3 20 96 6 未屈服拔出 101. 8 16. 90

6-16-4d-1 16 64 6 未屈服拔出 77. 5 24. 10

6-16-4d-2 16 64 6 未屈服拔出 74. 3 23. 10

6-16-4d-3 16 64 6 未屈服拔出 70. 8 22. 00

6-16-8d-1 16 128 6 屈服后拔出 110. 6 17. 20

6-16-8d-2 16 128 6 屈服后拔出 110. 8 17. 20

6-16-8d-3 16 128 6 屈服后拔出 112. 5 17. 50

6-16-10d-1 16 160 6 钢筋拉断 119. 2 14. 80

6-16-10d-2 16 160 6 钢筋拉断 118. 8 14. 80

6-16-10d-3 16 160 6 钢筋拉断 118. 5 14. 70

6-18-4d-1 18 72 6 未屈服拔出 85. 0 20. 90

6-18-4d-2 18 72 6 未屈服拔出 77. 9 19. 10

6-18-4d-3 18 72 6 未屈服拔出 89. 0 21. 90

6-18-6d-1 18 108 6 未屈服拔出 102. 9 16. 90

6-18-6d-2 18 108 6 未屈服拔出 106. 5 17. 40

6-18-6d-3 18 108 6 未屈服拔出 111. 7 18. 23

6-18-8d-1 18 144 6 未屈服拔出 134. 0 16. 50

6-18-8d-2 18 144 6 未屈服拔出 112. 7 13. 80
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表 4(续)

试件编号
钢筋直径

d / mm

锚固长度

la / mm
长边壁厚

t2 / mm
破坏形式

极限荷载

Pu / kN
黏结强度

τu / MPa

6-18-8d-3 18 144 6 屈服后拔出 116. 1 14. 30

6-18-10d-1 18 180 6 屈服后拔出 141. 5 13. 90

6-18-10d-2 18 180 6 屈服后拔出 144. 5 14. 20

6-18-10d-3 18 180 6 — — —

6-20-4d-1 20 80 6 未屈服拔出 91. 1 18. 10

6-20-4d-2 20 80 6 未屈服拔出 84. 5 16. 80

6-20-4d-3 20 80 6 未屈服拔出 85. 4 17. 00

6-20-6d-1 20 120 6 未屈服拔出 127. 5 16. 90

6-20-6d-2 20 120 6 未屈服拔出 126. 7 16. 80

6-20-6d-3 20 120 6 屈服后拔出 131. 3 17. 40

6-20-8d-1 20 160 6 屈服后拔出 154. 7 15. 40

6-20-8d-2 20 160 6 屈服后拔出 148. 7 14. 80

6-20-8d-3 20 160 6 屈服后拔出 157. 2 15. 60

6-20-10d-1 20 200 6 屈服后拔出 166. 7 13. 30

6-20-10d-2 20 200 6 屈服后拔出 166. 5 13. 30

6-20-10d-3 20 200 6 屈服后拔出 176. 2 14. 0

5-16-6d-1 16 96 5 屈服后拔出 90. 6 18. 8

5-16-6d-2 16 96 5 屈服后拔出 96. 2 19. 9

5-16-6d-3 16 96 5 屈服后拔出 97. 0 20. 1

5-16-8d-1 16 128 5 屈服后拔出 107. 3 16. 7

5-16-8d-2 16 128 5 屈服后拔出 113. 5 17. 7

5-16-8d-3 16 128 5 屈服后拔出 116. 5 18. 1

5-16-10d-1 16 160 5 屈服后拔出 116. 9 14. 5

5-16-10d-2 16 160 5 钢筋拉断 118. 6 14. 7

5-16-10d-3 16 160 5 钢筋拉断 116. 3 14. 5

7-16-6d-1 16 96 7 屈服后拔出 99. 0 20. 5

7-16-6d-2 16 96 7 屈服后拔出 96. 1 19. 9

7-16-6d-3 16 96 7 屈服后拔出 109. 2 22. 6

7-16-8d-1 16 128 7 屈服后拔出 116. 6 18. 1

7-16-8d-2 16 128 7 屈服后拔出 118. 0 18. 3

7-16-8d-3 16 128 7 屈服后拔出 115. 1 17. 9

7-16-10d-1 16 160 7 钢筋拉断 118. 4 14. 7

7-16-10d-2 16 160 7 钢筋拉断 119. 3 14. 8

7-16-10d-3 16 160 7 钢筋拉断 119. 9 14. 9

8-16-6d-1 16 96 8 屈服后拔出 98. 4 20. 4

8-16-6d-2 16 96 8 — — —

8-16-6d-3 16 96 8 屈服后拔出 99. 1 20. 6

8-16-8d-1 16 128 8 屈服后拔出 121. 3 18. 9

8-16-8d-2 16 128 8 屈服后拔出 114. 7 17. 8

8-16-8d-3 16 128 8 屈服后拔出 114. 9 17. 7

8-16-10d-1 16 160 8 钢筋拉断 119. 3 14. 8

8-16-10d-2 16 160 8 钢筋拉断 119. 3 14. 8

8-16-10d-3 16 160 8 钢筋拉断 119. 9 14. 9

　 　 注:以试件组“6-16-96”为例,“6”代表套筒长边壁厚为 6 mm,“16”代表钢筋直径为 16 mm,“96”代表锚固段长度为 96 mm,当为“6d”则表

示锚固长度为钢筋直径的 6 倍;“—”表示无数据,余同。
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1. 3　 加载装置

试验采用济南川佰仪器设备有限公司生产的

WAW-1000E 型电液伺服万能试验机加载,见图 2。
前期施加 100 N / s 匀速荷载 P 至钢筋接近屈服,后转

为匀速位移 0. 5 mm/ min 加载至试件钢筋滑移或拉断。

图 2　 加载装置示意

Fig. 2　 Setup of tensile test

1. 4　 位移计及应变片布置

图 3 为位移计测点位置图。 A 点作为钢筋自由

端,并无内力作用,可认为位移等同 B 点。 D 点位移

扣除 CD 段钢筋受拉变形的伸长即为 C 点的位移。
SC = SD - ΔSCD (1)

式中:SC为 C 点位移,SD为 D 点位移,ΔSCD为 CD 段

位移,可以表示为 ΔSCD = εCD × lCD,其中, εCD 为

CD 段钢筋的应变, lCD 为CD段钢筋长度。参考文

献[23],本文钢筋与灌浆料间的滑移采用均值 B、C
点滑移平均值,即 S = (SC + SA) / 2,SA为 A 点位移,
等同于 B 点位移。

图 3　 位移计测点示意

Fig. 3　 Map of measuring point of displacement meter

测量套筒全长度应变曲线的应变片布置见

图 4,沿锚固长度方向,在锚固段端部、1 / 4 截面与

1 / 2 截面共设置 20 个应变片。 其他套筒约束灌浆料试

件的应变片布置见图 5,仅在套筒锚固段中部截面粘

贴 2 个环向应变片,短边侧为 SH3、长边侧为 LH3。

图 4　 全长度套筒应变片布置示意

Fig. 4　 Map of full-length sleeve strain gauge
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图 5　 套筒应变片布置示意图

Fig. 5　 Map of sleeve strain gauge

2　 试件结果及分析

2. 1　 试验结果

本文采取平均黏结应力来代表实际黏结应力,
即 τ = P / (πdla),加载端荷载为最大值 Pu 时的平均

黏结应力为黏结强度 τu。
钢筋拉拔试验结果见表 4,图 6 为试件的两种

破坏形态。

图 6　 试件破坏形态

Fig. 6　 Specimen failure patterns

发生钢筋拔出破坏的试件有 56 个,其中 21 个

试件拔出时钢筋尚未屈服,其余构件钢筋均在屈服

后拔出。 荷载上升至峰值前有咬合齿剪切破坏的脆

响,而后试件达到承载力极限并进入下降段。 试验

过程可见钢筋与灌浆料间相对滑移现象,典型破坏

形态见图 6(a),破坏时试件两端均发现钢筋处沿试

件长边方向的裂缝,见图 6(b)、(c),表明长边的套

筒约束弱,灌浆料向外膨胀导致裂缝沿钢筋竖肋向

套筒长方向发展。

发生钢筋拉断破坏的试件有 11 个,钢筋直径均

为 16 mm、锚固长度均为 10d,这是由于较大锚固长

度提供的黏结强度大于钢筋的极限抗拉强度,故发

生拉断;当荷载提升至极限荷载附近,钢筋出现颈缩

现象,同时承载力下降,钢筋快速拉断,见图 6(d)。

试验后观测试件两端灌浆料均未出现明显裂缝。 在

实际工程中,若钢筋先于套筒发生破坏,则证明该套

筒是可靠的。

2. 2　 黏结滑移机理分析

带肋钢筋与灌浆料的黏结力由胶体与钢筋的化

学胶结力、接触面的摩擦力及横肋与灌浆料间的机

械咬合作用组成[18],前两种力在黏结力中占比较

小,黏结力主要由机械咬合力构成。

钢筋传递力时,对灌浆料的主要作用力(图 7)

可分解为径向应力 σ 和切向应力 τ。 径向应力 σ 在

灌浆料产生环向拉力,引起灌浆料膨胀,套筒约束灌

浆料膨胀,切向应力 τ 使灌浆料受剪。
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图 7　 黏结作用机理示意图

Fig. 7　 Map of bonding mechanism

图 8 为黏结滑移破坏机理图。 第 1 阶段见

图 8(a),荷载较小,肋间灌浆料处于近似线弹性的

变形阶段,灌浆料中缓慢发展出微裂缝;第 2 阶段见

图 8(b),荷载继续增大,肋前灌浆料进入非线性变

形阶段,出现大面积压碎现象,纯灌浆料试件由于保

护层厚度不足,可能出现劈裂破坏,而套筒的存在能

够约束灌浆料膨胀,使黏结滑移进入下阶段;第 3 阶

段见图 8(c),荷载增加,加载端附近肋间灌浆料的

咬合齿受剪,接近峰值荷载,咬合齿被剪断,肋前的

灌浆料已严重破碎,承载力开始下降,钢筋缓慢拔

出;第 4 阶段见图 8(d),所有咬合齿已经被剪断磨

平,钢筋与肋间灌浆料一起和灌浆料之间形成新的

滑移面,直至钢筋完全拔出。

图 8　 黏结滑移破坏机理

Fig. 8　 Bond-slip failure mechanism

2. 3　 黏结强度影响因素

2. 3. 1　 钢筋直径对黏结性能的影响

图 9 展示了相对锚固长度固定时,钢筋直径与

试件极限承载力的关联规律,可见钢筋直径增加,搭

接长度随之增加,灌浆料与钢筋的接触面积扩大,试

件极限承载力提升显著。

图 10 是钢筋直径对黏结强度的影响,可以看

到,随着钢筋直径的增大,外围灌浆料变薄,相当于

保护层变薄,对钢筋约束降低,黏结强度降低。

图 9　 钢筋直径对极限承载力的影响

Fig. 9 　 The effect of steel bar diameter on ultimate bearing
capacity

图 10　 黏结强度随钢筋直径的变化趋势

Fig. 10　 Trend of bond strength with changes in rebar diameter

2. 3. 2　 钢筋锚固长度对黏结性能的影响

图 11 与图 12 分别为不同锚固长度下钢筋极限

承载力与黏结强度的变化特征。 试件极限承载力随

锚固长度增加呈持续增长趋势。 这是由于灌浆料与

钢筋的接触面积随锚固长度增加呈线性扩展,且发

挥机械咬合作用的钢筋肋数量同步增加。
图 11 结果表明,锚固长度增加,黏结强度有降

低的趋势,这主要是由于随锚固长度增加,黏结应力

分布越发不均匀[23],增加的锚固长度没有被充分利

用,导致黏结强度下降。

图 11　 极限承载力随锚固长度的变化趋势

Fig. 11　 Trend of ultimate bearing capacity with anchorage length
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图 12　 黏结强度随锚固长度的变化趋势

Fig. 12　 Trend of bond strength with anchorage length

2. 3. 3　 套筒长边壁厚对黏结性能的影响

图 13 展示了(16 mm 直径钢筋)极限承载力

(黏结强度)随套筒壁厚变化的趋势,可以看到,随
套筒长边壁厚增加,套筒对灌浆料的约束加强,增大

了灌浆料对钢筋的握裹力,故极限承载力(黏结强

度)有增加的趋势,但由于试件浇筑质量的影响,曲
线出现波动。

图 13　 套筒长边壁厚对极限承载力的影响

Fig. 13 　 Influence of sleeve long-side thickness on ultimate
bearing capacity

　 　 本试验中套筒变化参数为套筒长边壁厚,参考

文献[18],将套筒钢截面的面积除以套筒的外轮廓

面积,得出以内径和壁厚表达的含钢率 ρv来衡量套

筒的用量,忽略对含钢率影响较小的 0. 2D1、t1 / D1D2,
结果见式(2)。

ρv = π
t1
D2

+ 2 t2
D1

-
t2
D2

( ) (2)

式中:t1、t2分别为短边壁厚及长边壁厚,D1、D2分别

为短边内径及长边内径。
图 14 拟合了黏结强度随含钢率的变化趋势,可

知黏结强度随含钢率增加而增大,锚固长度越短时,
增加越明显。

图 14　 含钢率对黏结强度的影响

Fig. 14　 Influence of steel content on bond strength

3　 黏结应力-滑移曲线

3. 1　 黏结滑移曲线与黏结滑移本构关系

图 15(a)反映了发生钢筋屈服后拔出试件的 τ-s
曲线存在 4 个阶段。 图中 τs、τu、τr 分别为劈裂强

度、黏结强度和残余强度,ss、su、sr分别为以上 3 个特

征点所对应的滑移值。
1)滑移段:τ-s 曲线近似呈直线,黏结刚度较大,

即 τ 增加很快,但相应 s 增加很小,此阶段肋前灌浆

料裂缝较小,灌浆料的变形有限。

图 15　 τ-s 曲线

Fig. 15　 τ-s curve
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　 　 2)劈裂段:当加载到接近屈服荷载时,由于钢

筋变形增大、且钢筋肋对肋前的灌浆料局部压力增

大,肋前灌浆料进入非线性变形阶段,出现压碎现

象,黏结刚度开始下降,当超过钢筋屈服荷载后,钢
筋变形剧增,肋前灌浆料破损严重,又导致钢筋变形

更大,二者叠加使黏结刚度迅速降低,黏结应力达到

黏结强度τu。
3)下降段:肋前灌浆料破损到一定程度,灌浆

料咬合齿出现剪断现象,曲线开始接近于线性下降。
4)残余段:当黏结应力下降速度变缓,τ-s 曲线

进入残余段,曲线在一定范围内上下波动。 此时灌

浆料咬合齿已经全部剪断,新滑移面形成,荷载上下

波动,新滑移面完全磨平,钢筋最后拔出。
对于钢筋屈服前拔出试件,其 τ-s 曲线劈裂段

不明显或不存在,如图 15(b)所示。 对于钢筋拉断

试件,其 τ-s 曲线不存在残余段,见图 15(c)。
对于在上升段钢筋拉断和钢筋拔出破坏的试

件,将典型的钢筋拔出试件 τ-s 曲线分为滑移段

(0-ss)、劈裂段 ( ss-su )、下降段 ( su-sr ) 和残余段

( s > ss)。 参考余琼[18]、张帆[24] 研究中 τ-s 曲线公

式形式,采用如下 τ-s 本构关系形式拟合典型拔出

试件曲线,见式(3) ~ (5):

τ
τu

= 1 -
( s - su) 4

s4u
,(0 < s≤su) (3)

τ = τu -
τu - τr

sr - su
( s - su),( su < s≤sr (4)

τ = τr,( s > sr) (5)
下降段发生钢筋拉断试件的 τ-s 本构关系,可

认为只存在式(3)。
将 τu、τr、su、sr试验数据代入公式(3) ~ (5),可

得完整的 τ-s 本构关系曲线,并与试验得到的典型

曲线进行对比,如图 16 所示,可以看到拟合曲线与

试验典型曲线拟合良好。

图 16　 典型试件 τ-s 试验曲线与拟合曲线对比

Fig. 16　 Comparison of typical specimen τ-s test curves and fitted curves

3. 2　 黏结滑移曲线特征值

3. 2. 1　 黏结强度 τu与残余强度 τr

参考文献[23],基于本试验发生破坏的 67 个

试件结果,对钢筋直径 d、锚固长度 la、短边内径 D1

(相对于文献中保护层厚度)及含钢率 ρv(相对于文

献中配箍率)进行统计拟合,得到 τu的计算公式为

τu = 0. 71 + 3. 36 d
la( ) - 0. 75 + 0. 79

D1

d + 4. 1ρv( )fts
(6)

τu典型回归曲线与试验曲线对比如图 17(a)所
示。 τ0

u / τc
u(计算值 /试验值)在 0. 86 ~ 1. 15 范围内,

平均值和标准差分别为 1. 00 和 0. 065,变异系数为

0. 065,此结果表明式(6)对数据拟合程度较好。
参考文献[23],对本试验的 53 个 τ-s 曲线具有明

显残余段的试验结果统计拟合,得到 τr的计算公式为

τr = 0. 695 + 1. 43 d
la( ) - 1. 686 + 0. 56

D1

d + 6. 2ρv( )fts
(7)
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τr典型回归曲线与试验曲线的对比分析结果如

图 17(b)所示,可以看到,τ0
r / τc

r 范围在 0. 75 ~ 1. 33,
平均值和标准差分别为 1. 01 及 0. 12,此结果表明

式(7)对试验数据的拟合一般。

图 17　 典型试件 τ-la / d 曲线与拟合曲线对比

Fig. 17　 Typical specimen τ-la / d curve vs. fitted curve

3. 2. 2　 黏结强度对应的滑移值 su
文献[25]指出,黏结强度与其对应滑移值之间

的关联遵循二次函数规律,即
su = - 0. 099(τu - 23. 23) 2 + 5. 73 (8)

将黏结强度替换为黏结强度对应的钢筋应力,即
σu =4τu / πd2,得到式(9),即为 su关于 σu的拟合公式。

su = 0. 000 876(0. 115σu - 17) 2 + 0. 293 (9)

su典型回归曲线与试验曲线对比如图 18(a)所

示。 s0u / scu的范围在 0. 60 ~ 1. 48,均值为 1. 06,标准

差为 0. 21,变异系数 0. 2,此结果表明式(9)对数据

的拟合结果一般。

图 18　 典型试件 s-la / d 曲线与拟合曲线对比

Fig. 18　 Typical specimen s-la / d curve vs. fitted curve

　 　 表 5 为钢筋拔出破坏试件黏结强度对应的滑移

值与相关文献的滑移值对比。 由表 5 可知,Ⅱ型套

筒约束灌浆料、纯灌浆料试件的 su均值大于混凝土材

料,原因在于灌浆料中无限制裂缝发展的粗骨料,滑移

值较大;套筒具有约束作用,其滑移值小于纯灌浆料。
表 5　 不同材料黏结强度对应滑移值对比

Tab. 5　 Comparison of slip values corresponding to
bonding strength of different materials

材质 su试验均值 / mm

Ⅱ型套筒试件(H40 灌浆料) 1. 74(0. 53 - 3. 10)
纯灌浆料试件(H40 灌浆料) [14] 3. 14(0. 62 - 7. 21)

活性粉末混凝土[26] 0. 64(0. 28 - 1. 10)
浮石混凝土[27] 0. 51(0. 17 - 1. 13)

高强陶粒混凝土[28] 0. 90(0. 25 - 2. 01)

3. 2. 3　 残余强度对应的滑移值 sr
考虑钢筋直径、锚固长度的影响,将含钢率简化

为试验变量 t2,得到拟合公式见式(10)。

sr = 1. 477 - 0. 492 d
la

+ 0. 047 t2( )fts (10)

sr典型回归曲线与试验曲线对比如图 18(b)所
示。 s0r / scr的范围在 0. 85 ~ 1. 12,标准差为 0. 05,此
结果表明公式(10)对试验数据拟合较好。
3. 3　 黏结滑移曲线能量分析

基于文献[18],τ-s 曲线划分为上升段、下降段

及残余段。 定义脆性系数 k 为上升段能量 a 与下降

段能量 b 的比值。 该系数值越小,表征试件在黏结

滑移过程中表现出的延性特征越显著,变形能力
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越突出。 本试验 k 均小于 0. 45,对比文献[18]中纯

灌浆料试件的 k 值(大于 1. 0),延性较优。 钢筋直

径、锚固长度及套筒长边壁厚与脆性系数 k 的关系

曲线见图 19。 由图 19( a)可知,随钢筋直径增大,

脆性系数 k 降低;由图 19( b)可知,随锚固长度增

大,脆性系数 k 整体呈现增加趋势;由图 19( c)可

知,k 随套筒长边壁厚变化有一定增加趋势,但幅度

较小。

图 19　 3 种变量对脆性系数 k 值的影响

Fig. 19　 The effect of three variables on the value of brittleness factor k

4　 套筒荷载应变曲线

4. 1　 套筒 1 / 2 截面环向应变曲线

图 20 为套筒 1 / 2 截面长边侧(LH3)和短边侧

(SH3)荷载-环向应变曲线。
由图 20 可以看到:加载前期,套筒 LH3、SH3 处

环向应变均很小,几乎为 0,随着外荷载增加,由于

灌浆料膨胀,LH3 发展成拉应变;SH3 发展成为压应

变,这一方面是因为套筒短边与钢筋距离较远,灌浆

料外膨胀对其影响较小,另一方面灌浆料膨胀使

得长边向外变形更大,进而导致套筒的短边环向

受压。

图 20　 荷载-套筒 1 / 2 截面环向应变曲线

Fig. 20　 Load-sleeve 1 / 2 section circumferential strain curve

　 　 6-16-96 及 6-18-96 试件套筒长边应变值 LH3 最

大值超过屈服应变,其余试件最大应变在(0. 28 ~

1. 60) × 10 - 3之间,小于屈服应变。 套筒短边应变值

SH3 最大值在 - 1. 00 × 10 - 3至 0. 01 × 10 - 3之间,均

小于屈服应变。 综上说明,套筒长边应变值绝对值

大于短边。

由图 21 可知,LH3 随钢筋直径增大而增大,是

由于钢筋直径增大使得钢筋表面积更大,最大应变

时灌浆料破坏情况更严重,膨胀趋势增加,但套筒短

边距离钢筋较远,故该趋势不明显。

图 21　 不同钢筋直径 LH3 最大应变平均值变化

Fig. 21　 Variation of mean value of maximum strain in LH3 for
different rebar diameters
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4. 2　 套筒全长度纵向应变

图 22 为套筒长边侧、短边侧荷载-纵向应变曲

线,可以看到,套筒长边侧纵向应变总体大于短边

侧,且试件纵向应变均较小。 套筒的纵向应变主要

为反力装置的挤压和灌浆料与套筒黏结引起。 加载

前期套筒会产生纵向压应变,越靠近加载端越大;
加载到极限荷载附近,纵向应变有从压应变转变为

拉应变的趋势,是因为加载底板约束了灌浆料向下

滑移,引起灌浆料压碎和纵向膨胀,套筒产生纵向拉

应变。

图 22　 典型套筒荷载-纵向应变曲线

Fig. 22　 Typical sleeve load-longitudinal strain curve

4. 3　 套筒全长度环向应变

图 23 为套筒荷载-环向应变曲线,环向应变均

处于弹性阶段,套筒长边、短边环向应变发展规律与

1 / 2 截面环向应变一致。 套筒短边环向应变非常

小,最大拉应变不高于 0. 20 × 10 - 3,最大压应变不

低于 - 0. 30 × 10 - 3,均处于弹性阶段。

图 23　 典型套筒荷载-环向应变曲线

Fig. 23　 Typical sleeve load-circumferential strain curve

5　 有限元模拟与参数分析

5. 1　 有限元模型建立

以钢筋直径、锚固长度和长边壁厚为变量,建立

23 个Ⅱ型 APC 接头精细化模型,模型详细尺寸见

表 6。 在 ABAQUS 中建立相应尺寸的钢筋、灌浆料、
套筒及焊缝模型,在灌浆料模型中扣除相应 PVC 套

管长度,并进行组装。 构件装配模型见图 24。

表 6　 试验结果及模拟结果对比

Tab. 6　 Comparison of simulated and experimental results

试件编号 破坏形式
极限承载力 Pu / kN

相对误差 / %
试验 模拟

4-6-16-64 拔出破坏 74. 2 80. 0 7. 8

4-6-16-96 钢筋拉断 95. 4 89. 2 6. 5

4-6-16-128 拔出破坏 111. 3 100. 6 9. 6

4-6-16-160 拔出破坏 118. 8 110. 9 6. 7

4-6-18-72 拔出破坏 84. 0 95. 6 13. 8

4-6-18-96 拔出破坏 103. 0 119. 9 16. 4
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表 6(续)

试件编号 破坏形式
极限承载力 Pu / kN

相对误差 / %
试验 模拟

4-6-18-108 拔出破坏 107. 0 108. 9 1. 8

4-6-18-144 拔出破坏 120. 9 114. 7 5. 1

4-6-18-180 拔出破坏 143. 0 146. 0 2. 1

4-6-20-80 拔出破坏 87. 0 95. 4 9. 7

4-6-20-96 拔出破坏 101. 2 103. 9 2. 7

4-6-20-120 拔出破坏 128. 5 124. 2 3. 3

4-6-20-160 拔出破坏 153. 5 143. 3 6. 7

4-6-20-200 拔出破坏 169. 8 168. 1 1. 0

4-5-16-96 拔出破坏 94. 6 97. 0 2. 5

4-5-16-128 拔出破坏 112. 5 106. 1 5. 6

4-5-16-160 拔出破坏(试验两组拉断破坏,一组拔出破坏) 117. 2 110. 4 5. 8

4-7-16-96 拔出破坏 101. 5 87. 6 13. 6

4-7-16-128 拔出破坏 116. 5 100. 1 14. 1

4-7-16-160 钢筋拉断 119. 2 110. 4 7. 3

4-8-16-96 拔出破坏 98. 8 87. 0 11. 9

4-8-16-128 拔出破坏 116. 9 103. 5 11. 5

4-8-16-160 钢筋拉断 119. 5 110. 5 7. 6

图 24　 构件装配模型图

Fig. 24　 Model drawing of component assembly

由于钢筋与灌浆料的不规则,四面体二阶单元

类型对于大变形的模拟精度较好,因此本文的钢筋

与灌浆料采用的单元类型为四面体二阶 C3D10M
(修正 10 节点位移和空隙压力二次四面体单元),
其网格划分如图 25 所示。 而对于对接焊缝与套筒,
其形状较为规则,且不会出现较大的变形,因此采用

C3D8R(8 节点六面体线性缩减积分单元)的单元类型。
钢筋及套筒材性数据取表 1、表 2 试验中值。

对于 H40 灌浆料,其工作原理和材性与混凝土相

似[29],且由于混凝土塑性损伤模型考虑到了塑性变

形,同时对有后续混凝土受力变形有较好的模拟效

果,故在 ABAQUS 中采用塑性损伤模型对灌浆料的

本构关系进行模拟。 参考文献[30],通过计算得到

灌浆料单轴受拉及受压的应力-应变曲线如图 26
所示。 结合文献[30 - 31],考虑套筒约束减少受拉

开裂和受压压碎情况,经计算得到受拉及受压损伤

因子-开裂应变曲线如图 27 所示,其中,εin
t 和 εin

c 分

别表示受拉及受压时的非弹性应变。

图 25　 构件网格划分

Fig. 25　 Component meshing

为避免 ABAQUS 产生不收敛问题,减少动力惯

性下的影响,本文采用“动力,显式”分析步,且统一

采用 5 的分析步总时间长度。 在 ABAQUS 中,切向

行为主要是摩擦力,故采用“罚”的方式;法向接触

采用“硬”接触,以更好地模拟灌浆料与钢筋以及套

筒内壁之间黏结滑移。
在加载端和自由端分别定义参考点,然后将钢

筋两面通过耦合约束耦合到这两点上;将焊条与套

筒每个接触面均彼此施加绑定约束。 将灌浆料、套
筒与焊条的 U1、U2、U3、UR1、UR2、UR3 均设置为 0;
将加载点的 Z 方向(U3)按照实际设置,其余方向

(U1、U2、UR1、UR2、UR3)均设置为 0。 采用位移加

载,而具体加载位移视模型情况而定。
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图 26　 灌浆料单轴受拉、受压应力-应变曲线

Fig. 26 　 Uniaxial stress-strain curve of grout in tension and
compression

图 27　 损伤因子-开裂曲线

Fig. 27　 Damage factor-cracking curve

5. 2　 模拟与试验结果对比

钢筋拉断破坏及拔出破坏的模拟与试验试件的

结果对比见表 6,模拟与试验的荷载-位移曲线对比

见图 28,图中“4-16-64-m”曲线表示试件 4-16-64 的

模拟结果,下文同。 模拟出的破坏模式有钢筋拔出

破坏与拉断破坏,与试验吻合。 模拟的极限承载力

与试验结果相差较小,最大相对误差为 16. 42% ,推
断为试件的离散性及加载装置偏差引起,最小为

0. 99% ,模拟结果较好。 模拟的 τ-s 曲线,由于单元

失效删除以及加载方式的问题,使得在强化和下降段

并不能完全模拟,但总体趋势符合试验趋势,表明模型

较为可靠。

图 28　 模拟与试验 τ-s 对比曲线

Fig. 28　 Simulated vs. experimental τ-s comparison curves
5. 3　 黏结强度计算

在试验模拟基础上,进一步将套筒短边厚度由
3 ~ 6 mm 每隔 0. 5 mm 取值,长边壁厚取值 4、9、
10 mm,锚固长度取值 3d、5d、7d、9d,对 21 个试件模

型进行有限元模拟,结果均为钢筋拔出破坏,并为后

续拟合黏结强度相关公式提供更多的数据。
接头的黏结强度与套筒短边、长边厚度、锚固长

度均有关系。 故结合文献[15]中Ⅱ型 APC 套筒的

研究,将试验数据以及有限元模拟结果进行统一拟

合,得到公式(11)。

　 τu = 0.42 +1.84 d
la( ) 2.89 -0.58

D1

d +0.39
D2

d -1.53ρv( )fst
(11)
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式中 fst为钢筋的极限抗拉强度。 从拟合数据和模拟

与试验数据的对比可知,二者之间比值平均值为

100. 6% ,标准差为 0. 07,变异系数为 7. 04% ,此结

果表明拟合情况较好。

6　 钢筋锚固长度建议值

6. 1　 钢筋拉断临界锚固长度值求解

参考文献[10],认为套筒约束灌浆料试件的极

限状态为钢筋拔出,同时钢筋拉断破坏。 最大锚固

力为Fu = τu·πdla,钢筋抗拉承载力为Fs = πd2

4 fsu。

令Fu = Fs,则钢筋锚固极限状态方程为

fsu = 4 lcra
d( )τu (12)

式中 lcra 为临界锚固长度。 联立式(11)、(12),用
α = fst / fts简化,得到临界锚固长度公式为

la =
(α - 21. 25 + 11. 26ρv)d + 4. 28D1 - 2. 87D2

4. 86 - 0. 98
D1

d + 0. 68
D2

d - 2. 58ρv

(13)
取fts为 5. 59 MPa,钢筋极限抗拉强度按照表 1

取值。 根据表 7 结果对比可知,临界锚固长度的计

算值普遍要偏大一些,但结合实际试验时钢筋材性

的变化和拟合公式的误差,故可以认为此结果是有

效且可靠的。 式(13)只适用于Ⅱ型 APC 套筒与带

肋钢筋单轴拉伸的黏结锚固模型。

表 7　 Ⅱ型 APC 套筒临界锚固长度计算值与试验值对比

Tab. 7　 Comparison between calculated and experimental values of critical anchorage length of type II APC sleeve

套筒长边壁厚 / mm 钢筋直径 / mm
钢筋屈服时拔出 钢筋拉断时拔出

计算值 / d 试验值 / d 计算值 / d 试验值 / d

5 16 6. 3 < 6. 0 11. 0 10. 0

6 16 6. 1 4. 0 ~ 6. 0 10. 7 8. 0 ~ 10. 0

6 18 7. 3 5. 3 12. 3 > 10. 0

6 20 8. 4 6. 0 14. 0 > 10. 0

7 16 5. 8 < 6. 0 10. 3 8. 0 ~ 10. 0

8 16 5. 5 < 6. 0 9. 8 8. 0 ~ 10. 0

6. 2　 钢筋屈服临界锚固长度值求解

参考文献[15],认为套筒约束灌浆料试件的极

限状态为钢筋拔出,同时钢筋拉断破坏。 钢筋抗拉

屈服承载力为Fy = πd2

4 fy。 认为钢筋拔出同时屈服

为钢筋屈服临界状态,令Fu = Fy,则钢筋锚固极限状

态方程为

fy = 4 lcra
d( )τu (14)

联立式(11)、式(14),可求解Ⅱ型 APC 套筒屈

服临界锚固长度 la,计算值与试验值对比见表 7。
屈服临界锚固长度计算值均大于实际值,计算结果

具有一定安全储备。
6. 3　 基本(屈服)锚固长度建议值

根据 GB 50010—2010 《混凝土结构设计规

范》 [32]:当钢筋抗拉强度得到充分利用时,基本锚固

长度 lab和锚固长度 la分别按照式(15)和式(16)计算:

lab = α
fy
ft
d (15)

la = ζa lab (16)
式中:α 为锚固钢筋的外形系数,fy和 ft分别为钢筋

抗拉强度和混凝土轴心抗拉强度设计值,d 为钢筋

直径,ζa为锚固长度修正系数。 带入相关数据可得

到文献[32]建议的锚固长度,la = 11. 9d。
文献[33]规定的锚固长度对应的计算公式为

la =
fyψtψeλ
2. 1 f′c

( )db (17)

式中:fy为钢筋屈服强度设计值,本文取 360 MPa;ψt

为顶部钢筋对浇筑位置的不利影响因素,取 1. 0;ψe

为环氧涂层影响系数,本文取为 1. 0;λ 反映了轻质混

凝土的低拉力强度和劈裂抗力的减少,本文取为 1. 0;
f ′c 为混凝土抗压强度设计值,本文 f ′c = 0. 8fcu =
59. 88 MPa;db为钢筋公称直径。 将文中的试验数据

代入式(17)中,得到 la = 22. 2d。
将本文得出的屈服临界锚固长度与其他文献研

究的屈服临界锚固长度值进行对比,结果如表 8 所示。
由表 8 可见,美国规范对混凝土中钢筋锚固长

度的要求大于中国规范的要求,远大于本试验套筒

约束灌浆试件对钢筋锚固长度的要求。 材料强度相

同时,Ⅱ型套筒约束灌浆料屈服临界锚固长度较普

通混凝土短,较Ⅰ型套筒约束灌浆料长。
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表 8　 现有文献中钢筋锚固长度建议值比较

Tab. 8　 Comparison of recommended values for anchorage length
of steel bars in existing literature

　 数据来源 基本锚固长度

文献[33]混凝土 22. 2d

文献[32]混凝土 11. 9d

文献[23]混凝土 12. 7d

H40 纯灌浆料[18]
　 6. 4d

Ⅰ型套筒约束灌浆料[18]
　 2. 6d

t2 = 5 mm 　 6. 3d

Ⅱ型套筒约束灌浆料
t2 = 6 mm 　 6. 1d

t2 = 7 mm 　 5. 8d

t2 = 8mm 　 5. 5d

7　 结论及展望

1)套筒壁厚相同时,试件黏结强度随钢筋直径

增大而降低;极限承载力随钢筋锚固长度增大而增

大,黏结强度降低;含钢率越大,极限承载力和黏结

强度均越大。
2)采用三段式曲线表达钢筋与套筒约束灌浆

料间的黏结滑移本构关系,计算曲线与试验曲线吻

合良好。 统计回归得到约束灌浆料中黏结强度和残

余强度分别对应滑移值公式,计算结果与试验数据

吻合良好。
3)灌浆料、套筒约束灌浆料、混凝土锚固试件

的黏结强度对应滑移值依次降低,混凝土由于骨料

限制裂缝发展,其滑移值最小。 因此采用灌浆料作

为加固材料,建议增设细骨料。
4)随钢筋直径增大,试件脆性系数 k 降低;随锚

固长度增大,k 整体呈现增加趋势;k 受套筒长边壁

厚影响较小。
5)极限荷载时,套筒长边环向为拉应变,且随

钢筋直径的增大而增大,短边环向绝大部分为压应

变;套筒长边和短边纵向应变均为拉应变。 总体来

说,套筒长边纵向及环向应变均大于短边。
6)基于 ABAQUS 平台构建有限元模型,仿真结

果与试验数据相对误差在 1. 0% ~ 16. 4% ,吻合较

好。 通过参数化模拟进一步完善黏结强度计算公

式,并验证了计算公式的工程适用性。
7)得到套筒约束灌浆料中钢筋屈服和拉断时

的临界锚固长度。 对比研究表明,套筒约束下的临

界锚固长度计算值是混凝土的 0. 28 ~ 0. 34 倍,显著

低于混凝土。
后续本研究团队会进行两根钢筋在套筒中的锚

固试验,并引入可靠指标,运用中心点法求解钢筋屈

服临界锚固长度值,更深入研究钢筋与约束灌浆料

的黏结性能,确保套筒锚固的可靠性。
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