
第  43 卷第  5 期
2023 年  10 月

振动、测试与诊断 Vol. 43 No. 5
Oct.2023Journal of Vibration，Measurement & Diagnosis

波形腹板钢箱组合梁竖向弯曲振动特性
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摘要  综合考虑剪切变形、剪滞翘曲应力自平衡、转动惯量和腹板褶皱效应的影响，对组合箱梁上、下翼板和悬臂板

设立 2 个不同的剪滞转角差函数，基于能量变分法和 Hamilton 原理建立该类结构的弹性控制微分方程和自然边界

条件，获得相应广义位移的闭合解。通过模型实测值和 ANSYS 空间有限元值验证了该闭合解的可靠性，并分析了

宽跨比对组合箱梁竖向弯曲振动特性的影响。研究结果表明：与剪力滞效应相比，剪切变形对组合箱梁抗弯刚度的

影响更大，第 4 阶自振频率差值达到 27.623%；结构跨中横截面上各点动应力幅值的分布特点与其静力分析结果类

似，荷载作用频率对组合箱梁的动剪力滞系数的影响小于 3.52%；剪力滞效应对简支组合箱梁翼板动应力幅值的影

响随宽跨比的增大而变大，翘曲应力自平衡的影响亦随之增大；翘曲应力自平衡对结构自振频率的贡献值小于

5%，但对翼板动应力幅值的影响可达 9.4% 以上。
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引  言

自 1986 年法国建成世界上第一座波形钢腹板

组合箱梁桥——Cognac 桥以来，波形钢腹板组合梁

桥在各国公路、铁路以及城市轨道交通建设领域得

到了长足的发展［1‑2］。然而，这种组合箱梁在正弯矩

作用下，混凝土底板易出现受拉开裂的病害。为此，

国内学者对传统波形钢腹板组合梁桥进行了优化，

提出了采用平钢板取代混凝土底板的新型组合结构

——波形腹板钢箱组合梁［3］，这种结构可以充分发

挥混凝土顶板抗压、钢底板抗拉以及波形钢腹板抗

剪屈服强度高的优点，能够有效地解决温度应力和

收缩、徐变等因素带来的病害，进一步减轻了结构自

重，增大了桥梁的跨越能力［4］。同时，该类结构可进

行工厂化制造和装配式施工，从而大大缩短了施工

周期，因而该类桥梁具有广阔的发展前景，已在我国

甘肃省中川机场 T2 航站楼立交桥、彭大高速泾河特

大桥等一批重点桥梁工程中得到应用。

近年来，针对波形钢腹板组合箱梁的静力特性的

研究成果已在工程实践中得到了广泛的应用［5‑6］。学

者们也对波形钢腹板组合箱梁的动力特性进行了研

究。张永健等［7］运用能量变分法推导了波形钢腹板组

合箱梁桥的振动频率解析解。李鹏飞等［8］分析了不同

桥墩类型对波形钢腹板连续刚构桥动力特性的影响。

郑尚敏等［9］对波形钢腹板 PC 组合箱梁的扭转振动频

率进行了试验研究。桂水荣等［10］研究了结构参数对

大跨径变截面波形钢腹板箱梁桥动力特性的影响。

胡霖远等［11］将波形钢腹板混凝土梁理想化为夹心梁，

基于 Zig‑zag理论分析了波形钢腹板梁的自由振动特

性。冀伟等［12］基于势能驻值原理得到了波形腹板钢

箱‑混凝土组合梁桥振动频率的简化计算方法。Feng
等［13］基于 Hamilton原理，综合考虑剪切剪滞效应和界

面滑移等因素，提出了一种用于计算波形钢腹板组合

箱梁固有频率的改进分析方法。上述研究主要集中

在波形钢腹板组合箱梁的自由振动方面，且未同时考

虑铁木辛柯（Timoshenko）剪切变形、转动惯量、剪滞

翘曲应力自平衡以及腹板褶皱效应等因素对结构振

动特性的影响，因而具有一定的局限性。由于桥梁的

弯曲振动频率是计算其冲击系数的基础，而结构在地

震荷载作用下的破坏也主要源于强迫振动，所以波形

腹板钢箱组合梁的动力学特性研究更为重要。

笔者基于能量变分法和 Hamilton 原理，综合考

虑 Timoshenko 剪切变形、转动惯量、剪滞翘曲应力

自平衡以及腹板褶皱效应的影响，推导出波形腹板
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钢箱组合梁的动力学弹性控制微分方程和自然边界

条件，结合模型试验和有限元数值模拟对组合箱梁

的竖向弯曲振动特性进行了精细化分析。

1 组合箱梁的振动方程

1.1　基本假定　

建立组合箱梁振动方程的基本假定如下：

1） 波形钢腹板具有褶皱效应，忽略其纵向抗弯

作用；

2） 波形腹板钢箱组合梁发生弯曲变形时，横截

面纵向应变计算服从“拟平截面假定”；

3） 混凝土翼板与波形钢腹板在弹性范围内协

同工作，两者连接无相对滑移。

1.2　控制微分方程的建立　

波形钢腹板形状如图 1 所示，其有效剪切模量

Gw
［14］可表示为

Gw = L 1 + L 2 cos δ
L 1 + L 2

E s

2 ( 1 + υ s )
（1）

其中：L 1 为平板长度；L 2 为斜板长度；δ为波折角；E s

为钢材弹性模量；υ s 为钢材泊松比。

图 2 所示波形腹板钢箱组合梁由混凝土顶板、

钢底板及波形钢腹板组成，其中：b2 为悬臂板宽度；

t1 为上翼板混凝土厚度；2b1 为混凝土顶板宽度；t2 为
钢底板厚度；h1 和 h2 分别为顶板和底板的中心到形

心轴的距离；z轴为组合箱梁的高度方向；y轴为组

合箱梁的宽度方向。

理论计算时，采用换算截面法将组合箱梁混凝

土顶板换算为等效钢板，其等效几何材料特性为

ì
í
î

td = E c t1 E s

ρd = ρ c t1 td
（2）

其中：E c 为混凝土弹性模量；td 为换算后等效顶板厚

度；ρd 为换算后等效顶板材料质量密度；ρ c 为混凝土

质量密度。

在对称弯曲状态下设结构的跨度为 l，结构的竖

向动挠度为w ( x，t )，则剪力滞效应引起组合箱梁顶

板翘曲位移 η1、底板翘曲位移 η2 和悬臂板翘曲位移

η3 可分别表示为

η1 ( x，y，z，t )= [α- zf1 ( y )] u1 ( x，t ) （3）
η2 ( x，y，z，t )= [α- zf2 ( y )] u1 ( x，t ) （4）
η3 ( x，y，z，t )= [α- zf3 ( y )] u2 ( x，t ) （5）

其中：f1 ( y )，f2 ( y )，f3 ( y )分别为组合箱梁顶板、底板

和悬臂板的不均匀分布函数；u1 ( x，t )，u2 ( x，t )分别

为结构振动时剪力滞效应引起的组合梁顶、底板和

悬臂板的转角差函数；α为组合梁翼板各自满足应

力自平衡条件求得的常数之和。

且有

f1 ( y )= cos πy
2b1

              ( 0 ≤ y≤ b1 ) （6）

f2 ( y )= cos πy
2b1

              ( 0 ≤ y≤ b1 ) （7）

f3 ( y )= cos
é

ë

ê
êê
ê
ê
ê π ( )b1 + b2 + y

2b2

ù

û

ú
úú
ú            ( b1 ≤ y≤ b1 + b2 )（8）

组合箱梁顶板应力为

σs1 = -Es zθ '+ Es [ α- zf1 ( y ) ] u1 ' ( x，t ) （9）

τs1 = -Gs

df1 ( y )
dy zu1 ( x，t )                       （10）

组合箱梁底板应力为

σs2 = -Es zθ '+ Es [ α- zf2 ( y ) ] u1 ' ( x，t )（11）

τs2 = -Gs

df2 ( y )
dy zu1 ( x，t )                      （12）

组合箱梁悬臂板应力为

σs3 = -Es zθ '+ Es [ α- zf3 ( y ) ] u2 ' ( x，t )  （13）

τs3 = -Gs

df3 ( y )
dy zu2 ( x，t )                        （14）

组合箱梁顶、底板和悬臂板变形势能为

V 1 = 1
2 ∬( σs1 2

Es
+ τs1 2

Gs
+ σs2 2

Es
+ τs2 2

Gs
+ )σs3 2

Es
+ τs3 2

Gs
dAdx

（15）
组合箱梁剪切应变能为

V 2 = 1
2 ∫

0

l

GwAw (w '- θ )2 dx （16）

其中：Aw 为波形钢腹板的横截面积。

组合箱梁荷载势能为

图 1　波形钢腹板形状示意图

Fig.1　Shape of corrugated steel webs

图 2　波形腹板钢箱组合梁

Fig.2　Box composite girder with corrugated steel webs
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V 3=-∫
0

l

q ( x，t )w ( x，t ) dx-[ Q ( x，t )w ( x，t ) ] | l0+

[ M 1 ( x，t ) u1 ( x，t )+M 2 ( x，t ) u2 ( x，t ) ] | l0+
M ( x，t )θ ( x，t ) ] | l0 （17）

其 中 ：M ( x，t ) 为 x 截 面 的 动 弯 矩 ；M 1 ( x，t )，
M 2 ( x，t )分别为顶、底板和悬臂板剪力滞效应产生

的动弯矩。

组合箱梁总势能为

V= V 1 + V 2 + V 3 （18）
结构总动能为

T= 1
2 ∫

0

l

m̄ẅdx+ 1
2 ∫

0

l

n̄θ̈dx 1
2 ∫

0

l

p̄ü1 dx+ 1
2 ∫

0

l

q̄ü2 dx  

（19）
其 中 ：m̄= ρ sA 1 + ρdA 2；n̄= ρ s Isb + ρd Isu1 + ρd Isu2；

p̄= ρ s Is1 + ρd Is2；q̄= ρd Is3；I为组合箱梁截面惯性

矩；A 1，A 2 分别为 U形钢槽和等效钢顶板的横截面

积；Isu1，Isu2，Isb 分别为组合箱梁顶板、悬臂板和底板

对中性轴的惯性矩；ρ s 为钢材质量密度；θ为箱形截

面相对于 y轴的竖向动转角；q ( x，t )为均布简谐力。

依据 Hamilton 原理 δ ∫(T- V ) dt= 0［15］，可得

组合箱梁的振动微分方程为

-m̄ẅ- GwAw ( θ '- w '' )+ q ( x，t )= 0 （20）
- n̄θ̈+ E s Iθ '' + E s ( Isy1 + Isy2 ) u1

'' + E s Isy3u2
'' -

GwAw ( θ- w ' )= 0 （21）
- p̄ü1 + E s ( Isy1 + Isy2 )θ '' + E s ( Is1 + Is2 ) u1

'' -
G s ( ksy1 + ksy2 ) u1 = 0 （22）

- q̄ü2 + E s Isy3θ '' + E s Is3u2
'' - G s ksy3u2 = 0 （23）

相应的自然边界条件为

[-GwAw ( θ- w ' )- Q ( x，t ) ] δw | l0 = 0 （24）

[-E s ( Isy1 + Isy2 ) u '1 - E s Isy3u '2 - E s Iθ '+M ] δθ | l0 = 0
（25）

[-E s ( Is1 + Is2 ) u '1 - E s ( Isy1 + Isy2 )θ '+M 1 ] δu1| l0 = 0
（26）

[-E s Is3u '2 - E s Isy3θ '+M 2 ] δu2| l0 = 0 （27）

其中： Isy1 = -∫A
z [ α- zf1 ( y ) ] dA；

Is1 =∫A
[ α- zf1 ( y ) ]2 dA； ksy1 =∫A

z2( )∂f1 ( y )
∂y

2

dA；

Isy2=-∫A
z [ α-zf2 ( y ) ] dA；Is2=∫A

[ α-zf2 ( y ) ]2 dA； 

ksy2=∫A
z2( )∂f2 ( y )

∂y

2

dA；Isy3=-∫A
z [ α-zf3 ( y ) ] dA；

Is3 =∫A
[ α- zf3 ( y ) ]2 dA； ksy3 =∫A

z2( ∂f3 ( y )
∂y ) 2

dA。

1.3　控制微分方程的求解　

根据组合箱梁的振动特点，若结构振动圆频率

为 ω，则有

ì

í

î

ï

ï
ïïï
ï

ï

ï

ï

ï
ïïï
ï

ï

ï

q ( x，t )= q0 ( x ) sin (ωt+ φ )
w ( x，t )=W ( x ) sin (ωt+ φ )
u1 ( x，t )= U 1 ( x ) sin (ωt+ φ )
u2 ( x，t )= U 2 ( x ) sin (ωt+ φ )
θ ( x，t )= Ο ( x ) sin (ωt+ φ )

（28）

其中：φ为组合箱梁强迫振动时的初始相位角。

由式（21）可得 U ( 3 )
1 和 U ( 5 )

1 的表达式，对式（22）
进行 3 次求导后将U ( 3 )

1 和U ( 5 )
1 代入，可得到关于U 2， 

W和 Ο的微分方程，再结合式（23）可得仅含W和 Ο
的微分方程。将式（20）代入并消去 Ο后，可得关于

W ( x )的新微分方程为

W ( 8 ) + 
ì
í
î

ïï
ïï

λN 4 + I 2
sy3N 1 + N 2N 3 - [ ]n̄ω2( )Is1 + Is2 Is3 + Is3 IN 1

N 4

ü
ý
þ

ïïïï

ïï
W ( 6 ) +

 
ì
í
î

ïï
ïï

E s Is3( )Is1 + Is2 m̄ω2 - [ ]IN 1 + ( )Is1 + Is2 n̄ω2 N 2 - Isy3 n̄ω2N 1

E sN 4
 + }λN 5

N 4
W ( 4 ) +

ì
í
î

ïï
ïï

ü
ý
þ

ïïïï

ïï

E s m̄ω2[ ]Is3N 1 + ( )Is1 + Is2 N 2 - n̄ω2N 1N 2

E 2
s N 4

- λN 6

E sN 4
W ( 2 ) + m̄ω2N 1N 2 - n̄ω2 λN 1N 2

E 2
s N 4

W=

GwAwN 1N 2 - n̄ω2N 1N 2

E 2
s GwAwN 4

q0 （29）

其 中 ：λ= m̄ω2

GwAw
；N 1 = p̄ω2 - Gs(ksy1 + ksy2)；N 2 =

q̄ω2 - Gsksy3；N 3 = ( Isy1 + Isy2) 2
- I ( Is1 + Is2 )；N 4 =

Es I 2
sy3( Is1 + Is2 ) + Es Is3éë( Isy1 + Isy2) 2

- I ( Is1 + Is2 ) ùû；

N 5 = I 2
sy3N 1 + N 2N 3 - Is3 IN 1 - ( Is1 + Is2 ) Is3 n̄ω2；

N 6 = [ IN 1 + n̄ω2( Is1 + Is2 ) ]N 2 + Is3 n̄ω2N 1。

对式（29）进行分析可知，其特征方程解的形式

为 r1，2 =±( α1 + iβ1 )，r3，4 =±( α2 + iβ2 )，r5，6 =±( α3 +
iβ3 )，r7，8 = ±( α4 + iβ4 )。

根据微分方程的性质，可得式（29）的通解为

W ( x )= C 1 chn1 x+ C 2 shn1 x+ C 3 chn2 x+
C 4 shn2 x   + C 5 chn3 x+ C 6 shn3 x+ C 7 chn4 x+
C 8 shn4 x- q0 /m̄ω2 （30）
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其 中 ：n1 = α1 + iβ1；n2 = α2 + iβ2；n3 = α3 + iβ3；n4 = 
α4 + iβ4；C 1~C 8为待定常数，可由相应边界条件求得。

由常微分方程组性质和恒等式原理假设 Ο ( x )
解的表达式，结合式（20）和式（30），最终可得 Ο ( x )
的解为

Ο ( x )= C 1
n2

1 + λ
n1

shn1 x+ C 2
n2

1 + λ
n1

chn1 x+

C 3
n2

2 + λ
n2

shn2 x+ C 4
n2

2 + λ
n2

chn2 x+

C 5
n2

3 + λ
n3

shn3 x+ C 6
n2

3 + λ
n3

chn3 x     +

C 7
n2

4 + λ
n4

shn4 x+ C 8
n2

4 + λ
n4

chn4 x （31）

同理可得U 1 ( x )和U 2 ( x )的方程解为

U 1 ( x )=C 1
n1 ( n2

1+λ )
T 1+H 1n2

1
shn1 x+C 2

n1 ( n2
1+λ )

T 1+H 1n2
1

chn1 x+

C 3
n2 ( n2

2+λ )
T 1+H 1n2

2
shn2 x   +C 4

n2 ( n2
2+λ )

T 1+H 1n2
2

chn2 x+

C 5
n3 ( n2

3+λ )
T 1+H 1n2

3
shn3 x   +C 6

n3 ( n2
3+λ )

T 1+H 1n2
3

chn3 x+

C 7
n4 ( n2

4+λ )
T 1+H 1n2

4
shn4 x   +C 8

n4 ( n2
4+λ )

T 1+H 1n2
4

chn4 x （32）

U 2 ( x )=C 1
n1 ( n2

1+λ )
T 2+H 2n2

1
shn1 x+C 2

n1 ( n2
1+λ )

T 2+H 2n2
1

chn1 x+

C 3
n2 ( n2

2+λ )
T 2+H 2n2

2
shn2 x   +C 4

n2 ( n2
2+λ )

T 2+H 2n2
2

chn2 x+

C 5
n3 ( n2

3+λ )
T 2+H 2n2

3
shn3 x   +C 6

n3 ( n2
3+λ )

T 2+H 2n2
3

chn3 x+

C 7
n4 ( n2

4+λ )
T 2+H 2n2

4
shn4 x   +C 8

n4 ( n2
4+λ )

T 2+H 2n2
4

chn4 x （33）

其 中 ：T 1 =
Gs( )ksy1 + ksy2 - p̄ω2

Es( )Isy1 + Isy2

；H 1 = - Is1 + Is2
Isy1 + Isy2

；

T 2 = Gsksy3 - q̄ω2

Es Isy3
；H 2 = - Is3

Isy3
。

2 边界条件

简谐均布力作用下两端简支组合箱梁边界条

件为

ì

í

î

ï
ïï
ï
ï
ï

ï
ïï
ï
ï
ï

W ( x ) |l0 = 0
Ο ' ( x ) |l0 = 0
U '1 ( x ) |l0 = 0
U '2 ( x ) |l0 = 0

（34）

对于两端简支组合箱梁，若跨间 r点作用 1 个简

谐集中力 Pr = P 0 sin (ωt+ φ )，且集中力 Pr 距左右

边界距离为 l1 和 l2，则 r点需引入的连续边界条件为

ì

í

î

ï

ï

ï
ïï
ï

ï

ï

ï

ï

ï
ïï
ï
ï

ï

W 1 ( l1 )=W 2 ( 0 )
W '1 ( l1 )=W '2 ( 0 )
Ο1 ( l1 )- Ο1 ( 0 )= -Pr/GwAw
Ο'1 ( l1 )= Ο'2 ( 0 )
U 1( 1 ) ( l1 )= U 2( 1 ) ( 0 )
U '1( 1 ) ( l1 )= U '2( 1 ) ( 0 )
U 1( 2 ) ( l1 )= U 2( 2 ) ( 0 )
U '1( 2 ) ( l1 )= U '2( 2 ) ( 0 )

（35）

其中：U下标括号内数字表示剪力滞效应引起组合

箱梁顶、底板和悬臂板的转角差函数。

在求解组合箱梁的自振频率时，令均布简谐力

q ( x，t )= 0，将式（30）~（33）或其求导式代入相应

的边界条件，可以得到结构的固有频率方程，再通过

Matlab 软件求解其特征值方程，从而得到结构的各

阶振动圆频率 ωn，将组合箱梁振动的圆频率转化成

竖向自振频率，其计算式为

fn = ωn/2π （36）

3 模型梁试验

为验证本研究所得波形腹板钢箱组合梁弯曲振

动频率分析方法的有效性，设计制作了一跨简支组合

箱梁模型，其横截面形状见图 2，梁高为 0.4 m，跨径为

6 m，b1=0.3 m，b2=0.25 m，t1=0.05 m，t2=4 mm。组

合箱梁顶板混凝土材料按照 C50 混凝土设计，波形

钢腹板和底板均采用 Q390 钢，共设置了 2 道端横隔

板和 3道中横隔板，波形钢腹板厚度为 3 mm，波折角

δ=37°，平板长度 L 1=40 mm，斜板长度 L 2=40 mm。

采用锤击法对简支组合箱梁自振特性进行测

试，采样频率为 512 Hz。根据试验模型振型的分析

结果，竖向拾振器布置在混凝土顶板六分点处（即

L/6，2L/6，3L/6，4L/6 和 5L/6 位置），敲击点避开

竖向拾振器位置，试验现场照片如图 3 所示，频率测

试结果如图 4 所示。

4 有限元模型

采用 ANSYS 15.0 软件建立波形腹板钢箱组合

图 4　频率测试结果

Fig.4　requency test results
图 3　试验现场照片

Fig.3　Photo of test site
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梁的有限元模型，如图 5 所示，其中混凝土采用

SOLID65 单元模拟，波形钢腹板选用 SHELL63 单

元模拟，同时增加目标单元 TARGE170 和接触单元

CONTA175，以实现钢混连接部位的多点耦合接

触，这样可对顶、底板和腹板独立划分网格，从而保

证了模拟的精度。

5 对比分析

简支组合箱梁自振频率对比见表 1。其中：f1 为

本研究理论方法自振频率；f2 为传统理论方法自振

频率，其在本研究理论的基础上忽略了剪滞翘曲应

力自平衡条件的影响；f3 为 Timoshenko 梁理论自振

频率，其同时忽略了剪力滞效应和剪滞翘曲应力自

平衡条件的影响；f4，f5，f6 分别为欧拉梁理论、三维有

限元和模型试验自振频率；f7 为在本研究理论的基

础上忽略了转动惯量影响的组合箱梁自振频率。

由表 1 可以看出：本研究理论计算所得简支组

合箱梁弯曲自振频率与有限元计算结果和实测值吻

合良好，验证了该方法的准确性和有效性；根据欧拉

梁理论所得组合箱梁自振频率与本研究理论和 Ti‑
moshenko 梁理论相差较大，4 阶自振频率差值分别

达到 32.913% 和 27.623%，这主要是由于剪力滞效

应和剪切变形降低了组合箱梁的竖向抗弯刚度，与

剪力滞效应相比，剪切变形对结构抗弯刚度的影响

更大；受剪力滞效应的影响，组合箱梁的各阶固有频

率普遍减小，随着频率阶数的增加，剪力滞后效应的

影响逐渐增大；剪滞翘曲应力自平衡和转动惯量对

组合箱梁各阶自振频率的影响均小于 5%。分析可

知，本研究剪力滞理论所得结构自振频率值<传统

理论值<Timoshenko 梁理论值<欧拉梁理论值，由

最小势能原理判断本研究剪力滞理论所得结果更为

精确。同时，本研究计算方法已经编写了 Matlab 计

算程序，在求解考虑剪滞剪切效应及转动惯量影响

的组合箱梁自振频率时，只需带入相应的边界条件，

运行 Matlab 程序即可得到结构振动频率，操作方便

且用时较短。

采用 3 种方法得到的简支组合箱梁前 2 阶振型

如表 2 所示，表现出梁的竖向振动特性，理论振型和

其他 2 种方法得到的 2 阶竖向振型吻合良好。

为进一步分析简支组合箱梁的竖向动力反应特

性，定义动剪力滞系数为本研究理论计算的动应力

与 Timoshenko 梁理论计算的动应力之比。在结构

跨 中 作 用 一 简 谐 集 中 力 ，该 简 谐 力 幅 值 为 P 0=
19.6 kN。跨中截面上 E点和 F点的坐标位置如图 2
所示，运用有限元法计算组合梁 E点和 F点的动应

力幅值，如图 6 所示。

运用本研究计算方法求解组合箱梁动应力幅值

流程如下：已知跨中作用简谐力幅值为 P 0，将不同

简谐力频率 ω代入式（29）后可得其 8 个特征值；联

立边界条件式（34）和式（35），得到 8 个待定常数

C1~C8 的值；最后结合式（9）~（13），可得组合箱梁

跨中截面两点（E，F）的动应力幅值对比见图 7。
由图 6，7 可以看出：在强迫振动分析中，剪力滞

效应对组合箱梁翼板动应力幅值的影响较大，当简

谐集中力作用频率相同时，F点的动应力幅值明显

大于 E点，即结构跨中横截面上各点的动应力幅值

呈不均匀分布，其特点与文献［16］中关于该类结构

的静力分析结果类似，因而动力分析时组合箱梁的

平截面假定不再适用；同时，简谐集中力的频率值对

组合箱梁的动剪力滞系数的影响普遍小于 3.52%，

分析时可忽略不计。

图 5　有限元模型

Fig.5　Finite element model

表 1　简支组合箱梁自振频率对比

Tab.1　Comparison of natural frequencies of simply 
supported composite box girder Hz

频率
阶数

1
2
3
4

f1

19.213
71.042

142.286
223.491

f2

19.324
71.612

143.547
227.742

f3

19.475
73.153

150.365
241.115

f4

20.821
83.284

187.389
333.136

f5

20.137
70.783

144.217
—

f6

20.582
72.543
—

—

f7

19.358
71.987

144.105
228.554

表 2　简支组合箱梁前 2阶振型

Tab.2　First two mode shapes of simply supported 
composite girder

振型

1 阶

竖弯

2 阶

竖弯

有限元振型 理论振型 测试振型
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考虑结构宽跨比（2b1 /L）对组合箱梁竖向弯曲

振动特性的影响，保持组合箱梁其他尺寸不变，选取

模型的宽度 2b1 为 60 cm，其跨度从 200~1 000 cm
依次变化，研究宽跨比对简支组合箱梁固有频率比

的影响，结果见图 8。由图可以看出，简支组合箱梁

的固有频率比随着宽跨比的增大而减小。当宽跨比

小于 0.15 时，固有频率比小于 0.95，表明该条件下采

用 Timoshenko 梁理论计算结构基频可满足实际工

程的精度要求；当宽跨比增大时，剪力滞效应对组合

箱梁频率的影响逐渐增大；当宽跨比大于 0.15 时，

剪力滞效应对组合箱梁的第 4 阶频率贡献值达到

10.42% 以上，所以在计算宽跨比较大的组合箱梁高

阶自振频率时，剪力滞效应的影响不可忽略。

宽跨比对简支组合箱梁动剪力滞系数的影响如

图 9 所示。由图 9 可以看出：与传统剪滞理论相比，

本研究理论所得 E点和 F点的动剪力滞系数与有限

元解吻合更好；当宽跨比为 0.3 时，F点的动剪力滞

系数增大了 9.4%，E点的则减小了 8.7%，说明引入

剪滞翘曲应力自平衡条件可提高组合箱梁翼板动应

力幅值的计算精度；在强迫振动分析中，F点的动剪

力滞系数随宽跨比的增大而增大，E点的随宽跨比

的增大而减小，说明宽跨比越大时剪力滞效应对组

合箱梁翼板动应力幅值的影响越大，剪滞翘曲应力

自平衡的影响亦随之增大。

6 结  论

1） 以能量变分法和 Hamilton 原理为基础，提出

一种能准确分析波形腹板钢箱组合梁弯曲振动特性

的解析法，计算结果与 ANSYS 有限元计算值和模

型试验值吻合良好，且具有较高的计算精度。本研

究计算方法编写 Matlab 计算程序后操作方便且用

时较短，避免了 ANSYS 有限元模型求解的复杂性，

因而具有一定的工程实用价值。

2） 在强迫振动分析中，剪力滞效应对组合箱梁

翼板动应力幅值的影响较大，在简谐集中力作用下，

结构跨中横截面上各点的动应力幅值分布特点与其

静力分析结果类似，而简谐集中力的频率值对组合

箱梁的动剪力滞系数的影响普遍小于 3.52%，分析

时可忽略不计。

3） 剪力滞效应对组合箱梁自振频率的影响随

宽跨比的增大而变大，当宽跨比小于 0.15 时，采用

Timoshenko 梁理论计算结构自振频率可满足工程

精度要求；当宽跨比大于 0.15 时，剪力滞效应对组

合箱梁的第 4 阶频率贡献值达到 10.42% 以上。

4） 虽然剪滞翘曲应力自平衡对组合箱梁各阶

自振频率的贡献值较小，但本研究理论所得 E点和

F点的动剪力滞系数与有限元解吻合更好，说明引

入剪滞翘曲应力自平衡条件可提高组合箱梁翼板动

应力幅值的计算精度。剪力滞效应对组合箱梁翼板

动应力幅值的影响随宽跨比的增大而变大，剪滞翘

曲应力自平衡的影响亦随之增大。
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