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强冲击载荷下单向加筋板拉伸撕裂的临界条件*
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摘要： 针对固支单向加筋板在冲击载荷下的拉伸撕裂临界条件开展研究，首先将均布冲击载荷下的固支单向加

筋板简化为带板梁模型，基于固支梁冲击变形理论解给出了加筋板最大永久变形理论解，之后基于复合运动场模型，

修正了固支梁端点拉伸应变与最大永久变形关系式，并以等效应变达到失效应变作为拉伸撕裂条件，建立了加筋板在

冲击载荷下的拉伸撕裂临界条件。经过数值模拟验证，该最大永久变形理论解和拉伸撕裂临界条件具有适用性，理论

与数值误差小于 15%。
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Critical condition for tensile tearing failure of unidirectional stiffened
plate under strong impact load
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Abstract:   The  critical  condition  of  tensile  tearing  failure  of  stiffened  plate  under  impact  load  was  studied.  Firstly,  the

unidirectional stiffened plate with fixed support under uniform impact load was simplified into beam structure model attached

with band plate. Based on the theoretical solution of the impact deformation of the fixed beam, the theoretical solution of the

maximum deformation  of  the  stiffened  plate  was  given.  At  the  same time,  the  applicable  condition  for  calculating  the  large

deformation of the unidirectional stiffened plate by using the “beam theory” model was given. Then, the motion mode of the

fixed beam under strong impact load was divided into four stages. Based on the composite motion model, the relation between

the  tensile  strain  at  the  end of  fixed  beam and the  maximum deformation  of  beam was  corrected.  Finally,  taking  equivalent

strain equal to failure strain as the tensile tear condition, the critical condition of tensile tear of stiffened plate under impact load

was established. In this paper, three unidirectional stiffened plates of T profile with different stiffness were selected, and the

maximum  deformation  and  critical  tensile  tearing  load  of  the  stiffened  plates  were  analyzed  by  commercial  finite  element

software  LS-DYNA.  The  numerical  simulation  results  show  that  the  theoretical  solution  of  maximum  deformation  of

unidirectional  stiffened plate  and the critical  condition of  tensile  tear  failure  based on the “beam theory” are  applicable,  and

The  error  of  theoretical  and  numerical  simulation  is  less  than  15%.  Therefore,  the  theory  in  this  paper  can  be  applied  to

practical engineering prediction and has certain guiding significance.
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加筋板是常见的防护结构，在舰船、飞机、装甲车辆等的设计与建造中具有广泛的运用，是承受爆

炸冲击载荷的主要结构对象，故对于加筋板结构在冲击载荷作用下的毁伤效果评估具有重要意义。

加筋板的毁伤模式具有很多种类，Nurick 等[1] 较早地开始了加筋板的毁伤模式研究，通过对单加筋

方形板进行均布爆炸冲击实验，观察到加筋板出现了两种毁伤模式：塑性大变形（模式Ⅰ）、拉伸撕裂（模

式Ⅱ）；Chung Kim Yuen等[2] 在 Nurick等的基础上对模式Ⅱ进行细化，得到边界处的部分撕裂（模式Ⅱ*）、

随着中点位移的增大而完全撕裂（模式Ⅱa）、随着中点位移的减小而完全撕裂（模式Ⅱb）三种精细模式；

Rudrapatna等[3] 将剪切与拉伸的作用相结合，并对加筋板的毁伤剪切断裂（模式Ⅲ）进行预测；Langdon等[4]

进行了加筋板局部爆炸冲击实验，观察到板与梁非协调变形撕裂的毁伤模式；牟金磊等[5] 根据载荷强弱和

加筋板刚度的大小，将复杂加筋板的三种主要毁伤模式分别进行了细化，得到了一系列子模式。综合来看，

在爆炸与冲击的环境下，加筋板的塑性大变形与边缘拉伸撕裂毁伤模式频繁出现，具有重要的研究价值。

在加筋板结构大变形响应的研究方面，前人大多通过小尺寸模型实验与数值模拟方法进行研究[1-2, 6-8]，

而理论研究大多基于刚塑性材料模型展开。Schubak 等[9] 较早针对加筋板大变形响应开展理论研究，将

矩形单向加筋板等效为带板梁，得到了其动态塑性响应的瞬时模态解。Schubak 等[10] 将瞬时模态解扩展

到了部分端点固定、应变率敏感材料、双向加筋的情况。刘土光等[11-12] 从能量原理出发，对受均布载荷的固

支加筋方板、加筋矩形板进行了刚塑性大变形分析。刘敬喜等[13] 忽略了面板与加强筋之间弯矩与剪力的

相互传递，给出了简化的薄膜解与能量解。Peng等[14] 在简化梁模型的基础上，得到了单向加筋板冲击大

变形响应的理论半解析解，讨论了脉冲强度、脉冲持续时间、板厚度、加筋间距、材料特性对位移响应的

影响，并阐明了理论方法的适用范围。Yang 等[15] 利用薄板的大挠度理论，研究了旋转约束刚度、初始缺

陷和脉冲持续时间对平面冲击载荷作用下弹性约束加筋板的动力响应和动态屈曲的影响，该研究选取

弹性约束边界进行加筋板大变形响应分析，相比前人研究更加贴近舰船结构在冲击载荷下的工程实际。

在板架结构的毁伤模式临界条件的研究方面，目前的研究主要是通过实验或数值模拟进行描述性、

统计性分析，而详细的力学理论研究较少。Nurick 等[1] 较早对加筋板的拉伸撕裂毁伤进行研究，提出了

基于边界应变的固支方形加筋板临界断裂载荷预测方法，该理论中加强筋尺寸对边界处拉伸撕裂失效

的临界载荷影响很小。然而由于实验数据有限，该理论并未得到很好的验证。Chung Kim Yuen 等[2] 在

Nurick 等的基础上设计了复杂加筋方板的均布爆炸冲击实验，得到了与 Nurick 等类似的结论。张振华

等[16] 针对对接焊缝平板和内侧中部加筋平板在爆炸冲击载荷下的动态响应进行了实验研究，利用塑性变

形的体积不变原理，推导了采用双向应变假设和单向应变假设的结构动态开裂应变值。吴林杰等[17] 通

过大量的数值计算，分析了比例爆距和损伤因子对加筋板毁伤模式的影响，提出了不同毁伤模式之间转

化的临界爆距计算公式。然而文中理论是依据特定几何尺寸的加筋板架结构所得到的经验性结果，因

此对于其他结构形式的板架可能会产生误差。焦立启等[7] 同样对加筋板不同毁伤模式之间的转化临界

条件进行了分析，提出了考虑加筋板结构参数和载荷形式的无量纲载荷参数，并发现在载荷和加筋板板

厚确定的情况下，通过改变加强筋相对刚度可以确定加筋板毁伤模式以及毁伤模式之间转化的临界区域。

加筋板结构的塑性大变形和边缘处拉伸撕裂是最为主要的毁伤模式，在工程与实验中广泛存在，两

种毁伤模式的转化临界条件是目前重点关注的问题之一。本文基于带板梁模型，分析单向加筋板在强

冲击载荷作用下的拉伸撕裂临界条件：将爆炸载荷等效为均布脉冲载荷，推导基于复合运动场模型的固

支梁端点拉伸应变与最大永久变形关系式，并以等效应变达到失效应变作为拉伸撕裂条件，求解加筋板

在均布冲击载荷下的拉伸撕裂临界条件。 

1    理论方法
 

1.1    单向加筋板结构大变形响应理论解 

1.1.1    基于“梁理论”的加筋板结构大变形响应

防护板架结构的材料多使用低碳钢材料，通过高速拉伸试验机对低碳钢材料进行不同应变率下的
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单轴拉伸实验[18]，实验结果都表明该种材料的塑性性能对于应变率较为敏感。考虑到低碳钢的屈服强

度会随着应变率的变化而变化，为了控制理论误差，本文理论分析基于刚塑性模型展开，同时考虑材料

的应变率敏感性。

B、H

B

本文使用“梁理论”进行塑性大变形与拉

伸撕裂临界条件分析，即如果板在梁宽方向的固

支边界条件对板中心的板条梁部分影响较小时，

可以将加筋板结构等效为带板梁，如图 1 所示，

其中，    分别为带板梁的宽度与高度，根据文

献 [19] 可知，在研究弯曲问题时，带板梁的宽度

 等于梁间距。

进行爆炸冲击载荷下结构的塑性大变形分

析时，由于载荷作用于加筋板的持续时间很短，

且载荷幅值非常大，所以可以将冲击载荷假设为

瞬动载荷，并将瞬动载荷积累的冲量等效为结构

自身所受的动量，最终分析加筋板结构的响应

情况：

p0τ0 = mv0 (1)

p0

τ0 m

v0

式中：    为单位长度上的矩形等效载荷压力值；

 为载荷作用时间；    为带板梁在单位长度上的

质量；    为均布于整块板上的初始瞬动速度，即

带板梁获得的初始速度。板所受的等效载荷如图 2所示。

τ0→ 0 W∞由文献 [20]可得，当梁受到瞬动矩形压力脉冲（    ）后，梁中点的最大位移    满足：

W∞

H
=

1
2

ñÅ
1+

3
4

T
ã1/2

−1

ô
(2)

H T = mv2
0L2/M0H L M0

σd

式中：    为带板梁的高度；    为梁的初始动能，    为带板梁长度的一半，    为带板梁的极限

弯矩，与带板梁的尺寸和材料的动态屈服强度    有关：

M0 = σdS Z (3)

S Z式中：    为带板梁剖面对水平中和轴的面积矩。针对瞬动加载的固支梁[20]：

σd =

ñ
1+

v2
0

6
√

2CL

 
3ρ
σ0

ô 1
q

σ0 (4)

C、q σ0式中：    为材料的应变率参数，    为材料的静态屈服强度。

W∞通过上述公式即可求出带板梁的最大塑性变形，即单向加筋板的最大永久变形    。 

1.1.2    基于“梁理论”的加筋板结构大变形公式适用条件

矩形板的塑性大变形的最终运动场如图 3 所示 [21]。根据“梁理论”的假设条件 [20]，即板在梁宽

方向的固支边界条件对板中心的板条梁部分影响较小，需满足矩形板中心塑性铰的宽度大于带板梁宽

度，即：

b−a tanϕ≥
B
2

(5)

b、a ϕ式中：    分别为加筋板的半长与半宽，    为矩形板区域 A1绕边界轴的转角，满足：

tanϕ =
√

3+λ2−λ λ = a/b (6)

 

H

B

图 1    带板梁示意图

Fig. 1    Schematic diagram of beam structure model
attached with band plate

 

τO τ0

p

p0

图 2    等效载荷示意图

Fig. 2    Schematic diagram of equivalent load
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联立式 (5)～(6)可得加筋板的长宽尺寸需满足：

2a2

b
+2b−2a

…
3+

a2

b2
≥B (7)

B , 0 b/a由式 (7) 可知，由于带板梁宽度    ，则本文基于“梁理论”的加筋板大变形公式适用于    比值

较大的长矩形板。 

1.2    强冲击下带板梁拉伸撕裂临界条件 

1.2.1    基于单一运动场模型的固支梁端点拉伸应变与最大永久变形关系

传统的方法[20] 认为在判断加筋板是否发生

拉伸撕裂时，可以从拉伸应变角度进行考虑，将

拉伸应变达到临界拉伸应变的时刻设定为拉伸

撕裂临界条件。

文献 [20] 将受均布瞬动载荷作用下的固支

梁简化为单一运动场模型，即认为固支梁在受到

均布瞬动载荷时，梁中的塑性铰出现在跨中处，

且塑性铰位置始终保持不变，如图 4所示。

W≤H文献 [20] 认为，如果梁的变形    ，则属

W＞H于小变形，如果梁的变形    ，则属于大变形。据此梁的运动被分为小变形、大变形两个阶段。

(1) 小变形阶段

在该阶段内，梁的变形以弯曲为主，且拉伸变形主要发生在固支端与梁中心的塑性铰附近，固支梁

的最大总应变为：

εm1 = εt+
Hκ
2

(8)

εt κ

l

式中：    为拉伸应变，小变形阶段内可认为拉伸发生在塑性铰处；    为小变形阶段内梁固支端塑性铰的曲

率。假设小变形阶段内塑性铰的平均铰长为    ，则

εt ≈
√

W2+L2−L
2l

(9)

κ ≈ W
Ll

(10)

W/H = 0 l = H

W/H = 1 l = 2H

对于小变形阶段的塑性铰长度，Nonaka 等[22] 进行过详细研究，认为当    时，塑性铰长度    ，

当    时，塑性铰长度    ，如图 5所示。

 

2b

2a A1 A1

A2

A2

B

φ

图 3    板的最终运动场示意图

Fig. 3    Schematic diagram of the final motion mode of the plate

 

L L

x

w

W

图 4    简化的单一运动场示意图[20]

Fig. 4    Schematic diagram of simplified single motion mode[20]
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l本文小变形阶段内塑性铰长度    为图 5中两种临界情况的平均值，即

l =
H+2H

2
(11)

(2) 大变形阶段

当梁进入大变形阶段时，固支梁的行为将类似弦[23]，则认为梁的轴向伸长发生在整个梁长范围内，

则此阶段内梁端增加的应变为：

∆ε =

√
W2
∞+L2−

√
H2+L2

L
(12)

εm

W∞

联立式 (8)～(12) 对两个阶段的梁固支端应变进行累加，则可以得到固支梁端点拉伸应变    与最大

永久变形    的关系式：

εm =

ñÅ
W∞

H

ã2

+
L
H
−1

ôÅ
H
2L

ã2

(13)

式 (13) 建立了固支梁端点拉伸应变与最大永久变形的关系，为梁端拉伸撕裂临界载荷计算提供了

理论基础。然而该式假定梁在冲击载荷下仅有一种单一的运动场，并未考虑塑性铰的移动对固支梁端

点拉伸应变与最大永久变形关系式的影响，在实际分析时会导致临界载荷计算存在较大误差。 

1.2.2    基于复合运动场模型修正的固支梁端点拉伸应变与最大永久变形关系

W≤H

本文对文献 [20] 中梁受均布冲击载荷时塑性大变形的变形过程进行改进，用复合运动场代替单一

运动场，得到修正的固支梁端点拉伸应变与最大永久变形关系式。由于本文假定梁受到的载荷为瞬动

载荷，则加载时间段内梁变形很小，一般在加载时间段内梁中点位移    ，因此可将梁的变形过程分

为 4个阶段。

0≤t≤τ0(1)  
τ0

ξ1

第 1 阶段为加载阶段，    为加载结束时刻。

该阶段中，梁中出现两个相对于跨中对称、位置

固定的塑性铰，动能在该阶段结束时达到最大

值，如图 6所示。固定塑性铰的位置    满足：

(1− ξ1/L)2 = 3/η̄ (14)

η̄

η̄ = p0/pC pC

式中 ：     为固支边界条件下梁的载荷因数 ，

 ，    为静载破坏压力，对于受均布载荷

pC = 4M0/L2的固支梁    。

τ0＜t≤t2(2)  
t2

W2 = H W

第 2 阶段压力脉冲消失，梁两端的对称塑性铰开始向梁中点移动，梁的横向位移逐渐增加，直至于  

时刻中心变形达到    ，如图 7所示。过程中梁中点的横向位移    可表示为：

 

l=H

H

l=2H

H

(a) W/H=0 (b) W/H=1

图 5    小变形阶段塑性铰长度示意[22]

Fig. 5    Schematic of plastic hinge length in small deformation stage[22]

 

L L

W

H

ξ1

图 6    第 1阶段变形

Fig. 6    Deformation diagram of the first stage
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W =
p0τ0t

m
− p0τ0

2

2m
(15)

应用与文献 [20] 同样的假设，即认为梁的

拉伸主要发生在塑性铰处，第 2 阶段结束（t2）时
梁固支端积累的最大总应变为

ε2 = ε
∗
2+

Hκ2
2

ε∗2 =
W2

2

4(L− ξ2)l
, κ2 =

W2

(L− ξ2)l
(16)

ε∗2 κ2式中：    为 t2 时梁固支端积累的拉伸应变，    为

l ξ2t2 时梁固支端塑性铰的曲率，    为小变形过程中的平均塑性铰的铰长，可通过式 (11) 求得；    为 t2 时的塑

性铰位置，满足

Lξ2−
ξ2

2

2
−L2 ξ1

L
+

L2(ξ1/L)2

2
=

6M0(τ0− t2)
p0τ0

(17)

W2 = H根据    以及式 (15)可以求得 t2。对式 (17)进行化简求解，可得：

ξ2 = L−
 

12M0(t2−τ0)
p0τ0

− 12M0

p0
≈ L−

 
12M0(t2−τ0)

p0τ0
(18)

联立式 (16)～(18)，可 t2 时刻累积的最大拉伸应变为：

ε2 =
H

2(L− ξ2)
=

H
√

p0τ0

4
√

3M0(mH/p0τ0−τ0/2)
(19)

t2＜t≤t3(3)  

t3

W = H

第 3 阶段中塑性铰继续向梁中点汇聚，直至

在    时刻汇聚在跨中位置，过程中梁的变形量从

 继续增大，如图 8所示。

W/H≥1

∆ε3

当    时，梁的行为将与弦类似，满足

式 (12)，梁的拉伸发生在整个梁长范围内，该阶

段中梁端点增加的应变    为

∆ε3 =

√
L2+W2

3 − (
√

H2+ (L− ξ2)2+ ξ2）

L
(20)

式中：W3 为第 2阶段结束（t3）时梁的变形量。

H≪ L由于    ，则可通过等效替换进行简化√
H2+ (L− ξ2)2+ ξ2

L
≈ H2

2L(L− ξ2)
+1

则式 (20)可简化为：

∆ε3 ≈
 

1+
W2

3

L2
−

H2 √p0τ0

4L
√

3M0(mH/(p0τ0)−τ0/2)
−1 (21)

t3＜t≤t∞(4)  

t∞ W∞

第 4 阶段中，汇聚塑性铰位于跨中不变，若梁端点在第 3 阶段中未发生撕裂，梁的变形量继续增大

直至最终时刻    达到最大永久变形量    ，如图 9所示。

∆ε4该阶段中梁端点增加的应变值    为：

∆ε4 =
√

L2 + W2
∞−

√
L2 + W2

3

L
(22)

将上述 4个阶段中梁固支端的塑性拉伸应变相累加，可得到瞬动载荷下带板梁的端点最终应变为：

 

L L

W H

ξ2

图 7    第 2阶段变形

Fig. 7    Deformation diagram of the second stage

 

L L

W

H

ξ3

图 8    第 3阶段变形

Fig. 8    Deformation diagram of the third stage
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εm = ε2+∆ε3+∆ε4 =

Å
1− H

L

ã
H
√

p0τ0

4
√

3M0(mH/(p0τ0)−τ0/2)
+

…
1+

W2
∞

L2
−1 (23)

 

1.2.3    端点临界拉伸应变的确定

当带板梁处于大变形临界拉伸撕裂状态时，带板梁主要发生沿梁长方向的拉伸变形，本文忽略剪切

应变的作用，只考虑梁端受到正应力作用下产生的应变。剪切应变在梁的初始响应过程中很重要，但是

对于本文所考虑的梁大变形响应，这些影响可以忽略不计[9, 14]。材料的等效应变为[24]

εeq =

…
2
9
[
(εx−εy)2+ (εy−εz)2+ (εx−εz)2

]
(24)

εx εy εy = εm εz式中：    为带板梁宽度方向的正应变；    为带板梁长度方向的正应变，    ；    为带板梁高度方向的正

应变。

εx = 0

由于本文中单向加筋板结构在带板梁宽度方向上较长，且在梁宽方向上存在固定支持边界，因此本

文的带板梁变形过程可以考虑为二向应变状态，即假设带板梁宽度方向上不存在变形，认为    。同

时，由于在外力作用下致密金属物体产生塑性变形时，其密度变化很微小，可以忽略不计，认为低碳钢材

料在塑性变形时满足体积不可压缩条件[25]，可得到：

∆V = dx(1+εx) ·dy(1+εy) ·dz(1+εz)−dxdydz = 0 (25)

εx = 0由于    ，则根据该条件可得：

εz =
−εy

1+εy
(26)

εf

联立式 (24) 和式 (26)，即可计算带板梁端点的最大等效应变，本文通过对等效应变的计算，可

以得到板梁拉伸撕裂的力学临界判定条件。记材料的失效应变为    ，则梁的拉伸撕裂临界条

件为：

εeq＜εf当    时，带板梁发生塑性大变形破坏；

εeq＞εf当    时，带板梁发生拉伸撕裂破坏；

εeq = εf当    时，带板梁处于临界撕裂状态。

综上所述，将式 (23)与临界条件结合，可得到单向加筋板的拉伸撕裂条件为Å
1− H

L

ã
H
√

p0τ0

4
√

3M0(mH/(p0τ0)−τ0/2)
+

…
1+

W2
∞

L2
−1＞ε*m (27)

ε*m εm = ε
*
m

εx = 0

式中：    为带板梁拉伸撕裂破坏的临界拉伸应变，当加筋板处于临界撕裂状态时，    ，通过联立

式 (24)和 (26)，并考虑    可求得

εf =
2
3

»
ε2

y +ε
2
z −εyεz =

2εm
3

 
1 +

1
1 + εm

+
1

(1 + εm)2 (28)
 

 

L L

W

H

图 9    第 4阶段变形

Fig. 9    Deformation diagram of the fourth stage
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2    数值模型选取与合理性验证
 

2.1    数值模型选取

为研究典型加筋板在矩形冲击载荷下的大

变形及拉伸撕裂临界条件，选取单向加筋板结

构，面板厚 5 mm，尺寸为 3 000 mm×4 800 mm，布

局方式为 7 根加强筋均布于板上，加筋间距为

0.6 m，该加筋板结构参数满足式 (7)，加筋板结构

示意图如图 10 所示。型材选取尺寸与抗弯刚度

不同的三种 T型钢，具体参数如表 1所示。

图 11 为单向加筋板结构模型，面板与型材

均选取壳单元 SHELL163 进行建立，网格尺寸为

20 mm×20 mm。为了模拟固定边界，本文在板四

周设置完全约束，并在非加筋一侧进行均布载荷

加载。

本文中面板与型材的材料均选用 Q345 低碳钢，采用有限元分析软件 LS-DYNA 进行数值模拟分析，

表征材料动态力学行为的本构方程使用 Cowper-Symonds 模型，该模型屈服应力 σY 与塑性应变、应变率

的关系如下：

σY =

Å
σ0+βε

eff
p

EEt

E−Et

ãñ
1+
Å
ε̇

C

ã1/q
ô

(29)

σ0 εeffp

β E Et ε̇

εf

εeq＞εf

式中：    为静态屈服应力，    为有效塑性应变，

 为硬化参数，    为杨氏模量，    为切线模量，  

为应变率。同时，Cowper-Symonds 模型定义了

材料的失效应变参数    ，反映了材料的失效行

为，当材料的等效应变    时，材料发生失

效。失效应变参数一般可通过拉伸实验获取。

参照文献 [26]，具体材料参数如表 2所示。 

2.2    数值模拟参数实验验证

本文选取文献 [26] 的舱室内爆实验进行材料参数验证，建立 1.2 m×1.2 m×1.2 m 的缩比舱室模型，舱

壁及加强筋选取壳单元 SHELL163 建立，炸药为当量 400 g 的立方体 TNT。实验舱室与数值模型如

图 12 所示。在舱室内爆数值模拟中使用 ALE 算法进行分析，并使用*CONSTRAINED_LAGRANGE_IN_
SOILD 词条设置空气体单元与结构壳单元的流固耦合。实验缩比舱室设置四个舱壁分别为 S1、S2、
S3、S4，如图 12(b)所示，四个壁面的具体结构参数如表 3所示。

 

3 
00

0 
m

m

4 800 mm

600 mm
Stiffener

图 10    单向加筋板结构示意

Fig. 10    Schematic of unidirectional stiffened plates

 

表 1    T 型钢结构参数

Table 1    Structural parameters of stiffeners

加强筋 尺寸/mm

1 ⊥5×80
8×80

2 ⊥ 5×80
8×100

3 ⊥5×100
8×100

 

图 11    单向加筋板结构模型

Fig. 11    Unidirectional stiffened plate structure model

 

表 2    Q345 钢参数

Table 2    Parameters of Q345 steel

ρ/(kg·m−3) E /GPa ν σ0 /MPa Et /MPa C q εf

7 870 212 0.31 345 1 291 40 5 0.348

　注：ρ为密度，ν为泊松比。
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实验测量了四个壁面中心的最大永久变形量，与实验结果对比，S1 舱壁的毁伤情况如图 13 所示。

S1～S4 舱壁最大永久变形量的实验结果与模拟结果对比如表 4 所示，两者的误差较小，因此可证明本文

材料参数设置合理。 

 

(a) Experimental cabin (b) Numerical simulation model cabin

S2 S4

S1S3

图 12    实验舱室与数值模拟模型舱室

Fig. 12    Experimental cabin and numerical simulation model cabin

 

表 3    实验舱壁结构参数

Table 3    Experimental bulkhead structural parameters

舱壁编号 板厚/mm 加强筋尺寸/mm 加强筋间距/mm 加强筋方向

S1

8 ⊥8×60
8×18

600 背爆

S2 600 迎爆

S3 300 背爆

S4 300 迎爆

 

Resultant
displacement/m

4.205×10−2

3.787×10−2

3.368×10−2

2.949×10−2

2.530×10−2

2.111×10−2

1.692×10−2

1.274×10−2

8.547×10−3

4.358×10−3

1.698×10−4

图 13    S1舱壁实验与模拟毁伤效果

Fig. 13    Experimental and simulation damage of S1 bulkhead
 

表 4    实验与模拟结果对比

Table 4    Comparison of experimental and numerical simulation results

舱壁
最大永久变形量/mm

误差/%
实验 模拟

S1 39.0 41.7 6.92

S2 37.0 39.2 5.95

S3 31.5 33.4 6.03

S4 27.5 27.2 1.09
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3    数值计算结果与分析
 

3.1    单向加筋板大变形理论比对

根据图 10 的单向加筋板结构示意图，在非加筋一侧设置持续时间为 0.5 ms 的均布矩形载荷进行数

值验证。图 14 为加筋板结构在 8 MPa 矩形载荷下的结构变形位移云图，可以发现，加筋板结构中的板

与加强筋均因冲击载荷作用而发生了协调塑性变形，且最大永久变形明显超过了其自身高度，此时膜力

对结构的承载能力做出贡献，根据文献 [20]，认为其发生了塑性大变形。同时，加筋板结构中心带板梁变

形区并未受到梁间距方向的塑性铰影响，可以使用“梁理论”进行分析。

根据式 (1)～(4)可计算出单向加筋板的最大理论变形，将该理论值与数值计算结果进行对比，如表 5

所示。根据对比可以发现，“梁理论”模型计算结果与数值模拟结果误差较小，具有一定的准确性。同

时，对比不同型材在矩形载荷下的最大永久变形量，如图 15 所示，可以发现，若保持板厚不变，T 型钢的

抗弯刚度相比面板越大，则“梁理论”模型的计算结果越贴近实际最大永久变形。显然，造成这种误差

的原因在于“梁理论”中将长矩形加筋板等效为多个并联的带板梁的设定，当 T 型梁刚度相比板内的

板条梁刚度很小时，加筋板表现出更多板的性质，而不宜于使用“梁理论”模型进行分析；当 T 型梁刚

度相比板内的板条梁刚度很大时，加筋板中心带板梁的运动更接近于梁，使用“梁理论”模型进行简化

计算仍可以得到较准确的结果。
 

 

z-displacement/m
3.371×10−1

3.034×10−1

2.696×10−1

2.359×10−1

2.022×10−1

1.685×10−1

1.348×10−1

1.011×10−1

6.741×10−2

3.371×10−2

0
Plastic hinge

B

(a) Stiffener 1

z-displacement/m
3.330×10−1

2.997×10−1

2.664×10−1

2.331×10−1

1.998×10−1

1.665×10−1

1.332×10−1

9.989×10−2

6.659×10−2

3.330×10−2

0
Plastic hinge

B

(b) Stiffener 2

z-displacement/m
3.130×10−1

2.817×10−1

2.504×10−1

2.191×10−1

1.878×10−1

1.565×10−1

1.252×10−1

9.390×10−2

6.260×10−2

3.130×10−2

0
Plastic hinge

B

(c) Stiffener 3

图 14    单向加筋板在 8 MPa矩形冲击载荷下的位移云图

Fig. 14    Displacement contour of unidirectional stiffened plate under 8 MPa rectangular impact load
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3.2    单向加筋板拉伸撕裂条件验证

τ

τ0 = 0.5 ms

εf

由 1.2 节可知，临界撕裂条件中含有输入参

数载荷 p 和脉宽    ，在假定脉宽已知的情况下，

则可通过式 (27) 计算临界载荷 p*。本文设置脉

宽为    ，将通过文献 [20] 公式和本文修

正公式所计算的临界拉伸撕裂条件与数值模拟

结果进行对比，如表 6 所示，其中 Q345 钢的临界

失效应变    由文献 [26]的材料参数给出。

由数值模拟和理论对比可知，本文中基于

复合运动场模型修正的 “梁理论”计算方法误差明显较小，对于单向加筋板结构的拉伸撕裂载荷计算

具有一定的准确性和可靠性。

根据表 6 理论数据可以发现，随着型材刚度的增大，本文修正公式的临界载荷变化较大，而数值模

拟观测到的临界载荷变化却较小，造成这种情况的原因是由于本文理论中忽略了剪切应变对最大等效

应变的贡献。Nurick 等[1] 根据实验研究发现，随着加强筋刚度的增大，加筋板发生拉伸撕裂临界时刻的

最大永久变形会随之减少。根据本文推导的固支梁端点拉伸应变与最大永久变形关系式可以知道，拥

有较强加强筋的板的边缘拉伸应变应该更小，从而不易撕裂，但是 Nurick 等实验中的加筋板型材边缘却

发生了拉伸撕裂破坏，这正说明随着加强筋的刚度增大，剪切应变对于等效应变的贡献逐渐增大。当加

筋板的加强筋刚度相对于加强筋的长度而言足够大时，剪切应变将不能忽略，否则会产生较大的计算误

差。同时，因为随着加强筋的刚度增大，加筋板发生拉伸撕裂破坏时带板梁端点处的剪切应变也会增

大，从而导致临界拉伸撕裂载荷随着加强筋刚度增大却变化很小，符合文献 [1]的实验现象。 

 

表 5    单向加筋板变形量对比

Table 5    Comparison of deformation of unidirectional stiffened plates

加强筋
矩形载荷/

MPa

最大永久变形/mm 误差/

%
加强筋

矩形载荷/

MPa

最大永久变形/mm 误差/

%
加强筋

矩形载荷/

MPa

最大永久变形/mm 误差/

%理论 数值模拟 理论 数值模拟 理论 数值模拟

1

8 366 326 12.27

2

8 327 320 2.19

3

8 306 307 0.33

9 413 372 11.02 9 370 364 1.65 9 346 350 1.14

10 459 416 10.34 10 412 405 1.73 10 387 390 0.77

11 505 459 10.02 11 453 445 1.80 11 426 432 1.39

12 550 502 9.56 12 494 485 1.86 12 466 471 1.06

 

表 6    临界撕裂载荷验证

Table 6    Verification of critical tearing failure load

型材类型
临界载荷/MPa 与模拟结果的误差/%

文献[20] 本文修正 模拟结果 文献[20] 本文修正

型材1 26.9 16.8 17.1 57.31 1.75

型材2 30.0 18.5 17.5 71.42 5.71

型材3 31.2 20.0 17.8 75.28 12.36
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图 15    不同加筋板的变形量计算误差

Fig. 15    Calculation error of deformation of different stiffened plates
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4    结　论

(1) 针对均布冲击载荷下的固支单向加筋板，将加筋板简化为带板梁模型，基于固支梁冲击变形理

论解给出了加筋板最大永久变形理论解，给出了应用此理论公式时加筋板长宽比需要满足的条件，并通

过数值模拟验证了理论解的适用性；

(2) 通过不同加强筋情况下理论与数值模拟结果的对比发现，加强筋强弱会影响本文方法最大永久

变形的理论解精度；当加强筋抗弯刚度与矩形板内板条梁抗弯刚度之比较大时，本文方法对于加筋板最

大永久变形的理论解精度更高；

(3) 基于复合运动场模型，修正了固支梁端点拉伸应变与最大永久变形关系式，并以等效应变达到

失效应变作为拉伸撕裂条件，建立了加筋板在冲击载荷下的拉伸撕裂临界条件；通过数值仿真对临界条

件进行了验证，发现采用前人的固支梁端点拉伸应变与最大永久变形关系式得到的临界载荷误差较大，

均大于 50%，而采用本文修正的关系式得到的临界载荷误差较小，误差小于 15%，证明本文修正的关系

式在进行工程化预报时具有更高的准确性。
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