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摘要：针对土中钢板‒钢筋混凝土竖井结构在常规武器爆炸

作用下塑性铰线形成前的动力响应问题，综合采用模型试

验、有限元数值仿真方法，分析了竖井结构中远距离爆炸作

用下的变形过程及特征，确定了以量纲一环向相对位移α1作

为结构变形程度的判据。推导了土中竖井结构在常规武器

爆炸作用下的动力响应理论解，分析了按照弹性理论计算的

量纲一环向相对位移α1e 和有限元计算得到的弹塑性量纲一

环向相对位移α1p的关系及其比值α1p/α1e的影响因素，构建了

基于弹性解的弹塑性量纲一环向相对位移α1p 工程算法。提

出了以量纲一环向相对位移α1作为结构变形程度的判据，并

确定了结构闭环塑性铰线出现、破坏模式改变的阈值为α1 =
3%；对比了理论与数值模拟计算结果，验证了提出的理论计

算方法可以较好地计算钢板‒混凝土竖井组合结构在常规武

器爆炸作用下弹性阶段的动力响应；结构长径比、结构缩尺

比例、装药量大小对 α1p/α1e 随 α1e 的变化规律的影响可以忽

略；等效厚径比、钢板与混凝土厚度比较大及结构的相对高

度较小时，计算得到的α1e 偏小，α1p/α1e 较大。混凝土强度较

大时，α1e相同情况下结构塑性变形较小，α1p/α1e较小。
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Abstract： In order to study the dynamic response of 
steel plate-reinforced concrete shaft structure in soil 
before the formation of plastic hinge line under the action 

of conventional weapon explosion， based on the model 
experiment and finite element numerical simulation 
calculation method， the deformation process and 
characteristics of shaft structure under medium or long 
distance explosion were analyzed. The dimensionless 
circumferential relative displacement was determined as 
the criterion of structural deformation degree. The 
theoretical solution of the dynamic response of the shaft 
structure in soil under the explosion of conventional 
weapons was derived. The relationship between the 
dimensionless circumferential relative displacement 
calculated according to the elastic theory α1e and 
calculated by the finite element method α1p were 
analyzed ，and the influencing factors of the ratio α1p/α1e 
were discussed. The engineering algorithm of elastic-

plastic dimensionless circumferential relative 
displacement α1p based on the elastic solution was 
constructed. The dimensionless circumferential relative 
displacement was proposed as the criterion of structural 
deformation degree， and the threshold value for the 
occurrence of plastic hinge line and the change of failure 
mode was determined as 3%. It was verified that the 
proposed theoretical calculation method can well 
calculate the dynamic response of steel plate-concrete 
shaft structure in elastic stage under conventional weapon 
explosion through the comparison between theoretical 
and numerical simulation results. The influence of the 
length-diameter ratio， the scale ratio of the structure and 
the mass of charge can be neglected. When the equivalent 
thickness-to-diameter ratioe， the thickness ratio of steel 
plate to concrete are large and the relative height of the 
structure is small， α1e descreases and α1p/α1e increases. 
When α1e is equal， the plastic deformation of the 
structure， and α1p/α1e decreases， with the increase of 
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concrete strength.

Key words： shaft structure； explosive effect； elastic 

plastic deformation；shell vibration theory 

地下防护工程中常常出现竖井结构形式，如地

下储藏设施、导弹发射井、防护工程应急出入口等。

分析竖井结构的动力响应特征并对结构的变形进行

定量计算，对竖井结构抗爆设计计算及武器打击下

竖井结构的毁伤评估具有重要意义。

大量研究表明，结构特征变形量准确、快速的定

量计算是防护工程快速毁伤评估的关键［1-5］。针对地

下结构受爆炸作用的动力响应计算，通常采用土与

结构相互作用的分析方法［6-8］。李国豪等［9］、林润德

等［10-11］对非饱和土中应力波传播及土与结构的相互

作用、结构的弹塑性动力响应进行了推导，钱七虎

等［12-13］考虑结构及地表卸荷，推导了核爆作用下箱型

结构与饱和土、非饱和土的相互作用计算方法及结

构变形计算方法，并对比了梁板模型、刚体模型、柔

体模型的计算误差。对于地下壳体结构，冯淑芳［14］、

冷星［15］忽略结构自身柔性，考虑岩土介质的弹簧效

应，计算了拱结构在各种爆炸冲击波作用下的动力

响应。、张宇等［16］、陈海龙等［17］考虑结构卸载及土体

耗能，推导了拱结构在爆炸作用下反射系数及动力

响应。

由此可见，对常规武器作用下土中钢板‒钢筋混

凝土组合竖井结构的动力响应问题，特别是竖井结

构弹塑性变形的定量计算方法研究较少。本文以某

典型竖井结构为研究对象，对结构弹塑性变形特征

进行了试验及有限元计算分析，并通过理论推导、参

数分析的方法给出了竖井结构闭环塑性铰线出现前

弹塑性响应阶段变形表征量的计算方法。这对常规

武器作用下土中钢板‒钢筋混凝土组合竖井结构破

坏模式和破坏程度的判别具有重要意义。

1 土中竖井结构动力响应特征分析 

1. 1　有限元计算及试验验证　

1. 1. 1　试验设置　

以某典型防护工程竖井结构为对象，开展了两

种缩比尺寸靶体的外场爆炸试验。竖井结构可以简

化为底部固端、顶部自由的土中圆柱壳结构。试验

弹体、靶体及测点布置如图1所示。

图1中R为装药点距结构的法向距离，hs为竖井

结构钢板厚度，hc为竖井结构混凝土厚度，r1为井壁

外径，r2为井壁内径，L为竖井结构高度，a0为装药点

距结构固端截面的距离，φ0为装药点到圆柱壳结构

切线交点（C0点）与迎爆点（C1点）的角度，he为装药

点埋深。图 1中C1~C5为试验中的 5个测点，其中

C2、C3距C1的距离均为0. 5 m。每个测点均布设土

压传感器、加速度传感器及速度传感器。C0点为装

药中心深度平面内装药到竖井结构切线交点。下文

中竖井结构均以柱坐标系（x， φ， r）进行描述，以迎

爆面固端支座位置为原点（x=0， φ=0），径向以指

向圆心为正。两种缩尺靶体尺寸如表1所示。

靶体混凝土采用C50混凝土，轴向、环向分别布

置两层HRB335受力钢筋，环向、轴向钢筋配筋率均

图1　试验设置及测点布置

Fig.1　Experimental setting and arrangement of measuring point 

表1　竖井结构主要尺寸

Tab.1　Main dimension parameters of shaft structure

靶体

靶体1
靶体2

L/m

3. 17
5. 28

hc /m

0. 070
0. 116

hs /m

0. 001 2
0. 002 0

r1 /m

0. 366
0. 610

（a0+he）/
m

4. 91
8. 18
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为 1. 5%。钢板屈服强度为 235 MPa。试验工况设

置如表2所示。试验中采用明挖开坑后支模浇筑混

凝土，待混凝土养护结束后安置传感器，而后回填土

的施工工序，使用PVC管预留出装药通道。试验过

程如图2所示。

1. 1. 2　有限元计算模型及材料参数　

采用Truegrid软件进行建模，LS-DYNA软件进

行有限元计算。计算模型如图3所示。

由于土中竖井结构受侧向爆炸问题具有对称

性，为提高计算效率，建立 1/2模型进行计算。土‒
空气‒结构相互作用采用流固耦合算法。土体及空

气模型采用欧拉网格，竖井井壁混凝土模型采用拉

格朗日网格。钢板采用 Shell 单元，钢筋采用 Beam
单 元 ，钢 板 与 混 凝 土 使 用 *CONSTRAINED_
LAGRANGE_IN_SOLID命令耦合连接。为了避免

边界应力波的反射，在主要计算模型外设置了带阻

尼的土体，削弱传递至边界的应力波。装药使用无

网格体积分数填充的方式设置。

有 限 元 模 型 中 混 凝 土 *MAT_PSEUDO_  

TENSOR模型为伪张量模型，该模型常用来描述混凝

土在爆炸冲击荷载作用下的动力响应［18］。该模型参数

明确，可以通过输入单位转换系数及混凝土强度得到

一个通用的混凝土强度模型，以最大强度面σmax及残余

强度面σfailed的线性组合描述其破坏面，并自动根据泊

松比和单轴抗压强度生成一个压力‒体积应变的状态

方程。表3给出混凝土材料模型的参数设置。

钢 板 材 料 使 用 *MAT_SIMPLIFIED_ 
JOHNSON_COOK 模型，该模型在 J-C模型的基础

上忽略热效应及热损伤，适用于钢板‒混凝土结构的

动力响应计算。钢筋材料采用*MAT_ PLASTIC_

表2　试验工况设置

Tab.2　Setting of experimental conditions 

炮次
靶体类型
装药量/kg

装药埋深he/m
比例爆距 R̄/（m·kg-1/3）

1
1

0. 93
3. 2
1. 2

2
1

0. 93
3. 2
1. 0

3
1

0. 93
3. 2
0. 8

4
1

0. 93
3. 2
0. 6

5
1

2. 20
3. 2
1. 2

6
1

2. 20
3. 2
1. 0

7
1

4. 70
3. 2
1. 2

8
2

10. 10
5. 3
0. 8

9
2

22. 00
5. 3
0. 6

图2　试验过程图片

Fig.2　 Process of the experiment

图3　有限元模型

Fig.3　Finite element model
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KINEMATIC模型。其材料模型如表4、表5所示。

试验中土体为含水率8%~12%的非饱和黏土，

有限元中土体采用* MAT_SOIL_AND_FOAM 模
型，模型参数可以参照文献［28］取值，如表6所示。

试验采用 TNT 装药，有限元中装药采用

*MAT_HIGH_ EXPLOSIVE_BURN 模 型 ，

*EOS_JWL状态方程，空气建模采用*MAT_NULL模

型，*EOS_ GRUNEISEN状态方程，参数按照文献［22-

23］取值。

1. 1. 3　试验与有限元结果对比验证　

图 4 为 4 号靶体和 9 号靶体试验与有限元计算

结果的对比。可以发现，有限元计算结果得到的结

构毁伤情况与试验结果较为吻合，4号靶体有限元计

算结果与试验结果中井壁混凝土均出现环状贯穿裂

缝，试验中出现裂缝的环向范围为±49. 5°，有限元

计算结果中裂缝环向范围为±53. 1°，误差为6. 7%。

9号靶体有限元计算结果与试验结果中井壁混凝土

均出现轴向较长的贯穿裂缝，试验中出现裂缝的环

向范围为±51. 5°，有限元计算结果中裂缝环向范围

为±57. 2°，误差为9. 9%。

图5给出了各炮次靶体迎爆点（C1点）最大位移

试验与有限元计算的对比。图中空缺的点为试验未

能测到有效数据。

        由图 5可知，各个炮次得到的C1点最大位移试

验及有限元计算结果的误差大部分均小于20%。说

明有限元计算模型可以较好地反应钢板‒钢筋混凝

土竖井结构在爆炸荷载作用下动态响应过程。

表4　钢筋材料模型参数［19］

Tab.4　Parameters of steel material model

密度/（ kg·m-3）

7 850
泊松比

0. 29
强度σy/108Pa

3. 35
弹性模量E /1011Pa

2. 05
塑性模量Et/GPa

2
失效参数

0. 14

表5　钢板材料模型参数［20］

Tab.5　Parameters of steel plate material model

密度/（ kg·m-3）

7 800
泊松比

0. 3
应力函数系数A/MPa

345
应力函数系数B/MPa

336
应力函数系数N

0. 42
应力函数系数C

0. 026

表3　混凝土材料模型参数

Tab.3　Parameters of concrete material model 

密度/（ kg·m-3）

2 500
泊松比

0. 2
单轴抗压强度 fc/MPa

50
单位转化参数a0

-0. 000 145

表6　土体材料模型参数［21］

Tab.6　Parameters of soil material model 

密度/（ kg·m-3）

1 970
剪切模量G /107Pa

6. 38
体积卸载模量K/1010Pa

3
屈服函数系数a0/1012

1. 39
屈服函数系数a1/106

3. 64
屈服函数系数a2

0. 445

图4　试验与有限元计算毁伤效果对比

Fig.4　Comparison of experiment and finite element calculation
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1. 2　竖井结构动力响应特征分析　

以6号炮次工况为对象研究竖井结构的动力响

应及变形特征。图6给出了竖井结构在装药埋深平

面内外径圆截面及轴向截面在各个时刻的变形情

况，为了更好地表现变形特征，将变形值扩大为原始

数值的10倍。

        由图 6可以发现，在 8. 0 ms及 9. 6 ms时，C1点

出现的径向位移，明显大于C5点，且结构自由端还

未出现明显变形，结构处于以迎爆点（C1）为中心的

壳壁变形。而在20. 0 ms时，C1点与C5点均出现较

为明显的变形，圆截面变形程度减小，轴向变形中迎

爆面与背爆面变形程度相近，结构变形以整体的梁

式变形为主。

在 6 号炮次基础上将比例爆距改为 0. 6 m·
kg−1/3，研究竖井结构动力响应及变形特征。图 7为

R̄ =0. 6 m·kg−1/3工况下截面的变形情况。

由图 7可以发现，R̄ =0. 6 m·kg-1/3时，结构迎爆

点（C1）的位移明显变大，结合图 4a及图 7可知此时

结构已经出现了连续的截面贯穿裂缝，形成了塑性

铰线。

图 8 给出了 R̄ =0. 6 m·kg−1/3工况下结构破坏

过程。

根据有限元分析，可知薄壁竖井结构变形过程

中，结构上距C1点一定距离处出现沿轴向开展的贯

穿裂缝，而后不断延伸为闭环的塑性铰线。因此，在

结构弹塑性动力响应分析中更关注于结构的圆截面

变形程度。通过图 6、7发现，可以以C1点、C5点径

向位移之和的最大值与结构外径的比值作为指标描

图5　各炮次C1点最大位移试验与有限元计算对比

Fig.5　Comparison of maximum displacement of C1 
point

图6　6号炮次工况下不同时刻结构变形情况

Fig.6　Structural deformation of No.6 shot at different times

图7　R̄ =0.6 m·kg−1/3时不同时刻结构变形情况

Fig.7　Structural deformation at different times at R̄ =0.6 m·kg−1/3
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述竖井结构横截面的变形情况。这个值可以较好地

表征结构相对于初始圆形截面的变形，即结构环向

变形。将这个量纲一环向相对位移记为 α1，计算方

法为

α1 = WC1 + WC5

2r1
（1）

式中：WC1、WC5分别为C1点和C5点的径向位移。

在竖井结构表面出现闭环贯穿裂缝，形成塑性

绞线之前，结构的破坏模式均处于带裂缝弹塑性动

力响应阶段。根据有限元计算结果，发现当 α1 ≥
3%时结构会形成以C1为中心的闭环塑性铰线，结

构的动力响应模式发生改变。

2 竖井结构弹性响应计算方法 

2. 1　结构参数等效及自振频率简化计算　

竖井结构的自振频率是计算竖井结构在爆炸作

用下的动力响应的必要参数［24］，在计算钢板‒钢筋混

凝土结构的自振频率时，通常将其等效为单一均质

材料结构。

对于壳体结构，基于抗弯刚度和薄膜刚度得到

钢板混凝土组合壳的等效参数。弹性协调变形阶

段，钢板组合壳体结构的等效弹性模量、等效壳体厚

度可以按照式（2）、（3）计算［25］。钢‒混凝土组合结构

的等效泊松比近似取0. 2［26］。

Ee = 3 (1 - νe
2 ) K

6 D/K
（2）

he = 2 3 D/K （3）

re = r2 + he/2 （4）

式（2）~（4）中：Ee 为等效弹性模量；νe 为等效泊松

比；he为等效壳体厚度；re为结构等效中面半径；r2为

井壁内径；D为截面抗弯刚度；K为壳体薄膜刚度。

D = EIu （5）

K =(1 - ρp ) Echc

1 - ν2
c

+ Eshs + hc ρp

1 - ν2
s

（6）

式（5）、（6）中：Iu 为混凝土未开裂时的截面惯性矩，

可按照钢板混凝土组合板的截面惯性矩进行计

算［27］ ；ρp 为截面配筋率；Ec 为混凝土弹性模量；hc 为

混凝土厚度；νc为混凝土泊松比；Es为钢弹性模量；hs

为钢板厚度；νs为钢泊松比。

在得到结构的等效参数后，可以结合LOVE壳

体理论，按照变量分离法求解竖井结构的自振频率。

李学斌［28］对其进行了较为详细的推导，但其推导过

程过于复杂，针对地下竖井结构为长细薄壁圆柱壳

结构的特点，在其推导的基础上带入两个简化假设：

①对于薄壳应该有厚径比远小于 1，即 he/re≪1；②
对于较为细长的圆柱壳有周向波长远小于轴向波

长，即 n2≫λ2，则有 n2 ± λ2 ≈ n2。可以得到关于自振

频率的方程如式（7）所示。

         λ4
mn =( 2Ω 6

mn -( 2 +( 3 - ν ) n2 + 2kn4 ) Ω 4
mn +

                     ((1 - ν )(1 + n2 ) n2 +( 3 - ν ) kn6 ) Ω 2
mn -

                     (1 - ν ) kn8 )/(1 - ν ) ν2 （7）

式中：k = h2
e/12r 2

e 为厚径比系数；Ω 2
mn 为频率系数；

m， n分别为竖井结构振动的轴向和环向模态数；ν为
泊松比。

        带入结构边界条件即可得到式（7）的解即为第

（m， n）阶自振频率系数 Ωmn，分析式（7）可以发现

Ω 2 =±Ω1
2 、 ±Ω2

2 、 ±Ω3
2，且有 Ω 2

1 < Ω 2
2 < Ω 2

3，其

中Ω1为弯曲振型的频率系数。

2. 2　土中竖井结构弹性响应求解　

根据Costantino提出的土与壳体结构相互作用

的模型，结合化学爆炸中土体位移对结构上的荷载

影响很小，可以将爆炸产生的壳体结构上径向荷载

写为 ［29］

Pr = 2pi - ρsoilcẆ （8）

式中：Pr为作用在竖井结构上的荷载；pi为结构界面

处的自由场地冲击应力径向分量；ρsoil为土体介质的

密度；c为土体压缩波速；W为竖井结构径向位移。

图9为土中竖井结构受侧向爆炸的示意图。图

中 r1为竖井结构外径；κ ( φ )为结构某点至装药连线

与结构迎爆点至装药点连线的夹角；R为装药点至

结构迎爆点的距离；L'( φ，x )为装药点至结构上某点

的距离。

爆炸产生的自由场地冲击应力如式（9）所

示 ［30］ 。
pi = pi - 0 f ( t ) f ( x，φ ) （9）

式中：pi - 0为自由场入射压力峰值。

图8　R̄ =0.6 m·kg−1/3时结构破坏过程

Fig.8　Failure process of structure at R̄ =0.6 m·kg−1/3
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忽略土中应力波竖井结构上的绕射作用，爆炸

作用下土与结构界面上的径向应力分布如式（10）~
（13）所示。式（10）中ϑ为装药至结构某点连线方向

与该点指向结构圆心方向的夹角，式（11）给出了

cos ϑ的计算方法。

f ( x，φ )=( L'( x，φ )
R

)-μ ( ξ +(1 - ξ ) cos2 ϑ )

                                                                                （10）

cos ϑ = cos( φ + κ ( φ ) ) cos( arctan( || x - a0

R
) )

                                                                                （11）

κ ( φ )= arctan( r1 sin φ
R + r1 - r1 cos φ ) （12）

L'( x，φ )=
ì

í

î

ïïïï

ï
ïï
ï

( r1 sin φ
sin κ )2 +( a0 - x )2   φ ≠ 0

R2 +( a0 - x )2                    φ = 0
                                                                                （13）

在工程计算中，认为以迎爆点（C1）为中心的某

一范围内荷载是同时到达的，且忽略这一区域外的

荷载。根据荷载分布特点，该区域环向取值为

φ ∈(-φ0，φ0 )， x ∈( min(( a0 - R )，0 )，max (( a0 +
R )，L ) )。

根据振型分解法，及圆柱壳结构的振型正交条

件［31］可以写出结构振动微分方程的解为

T̈mn ( t )+ 2ξmnωmnṪmn ( t )+ ω2
mnTmn ( t )= Pmn pi ( t )

Mmn

（14）

ξmn = ρsoilcs

2(1 + α2
mn + β 2

mn )( ρshs + ρchc )ωmn
       （15）

     Pmn =∫
0

L∫
0

2π
(Umnqx + Vmnqφ + Wmnqr ) dθdx    （16）

        Mmn =∫
0

L∫
0

2π
ρh (U 2

mn + V 2
mn + W 2

mn ) dθdx     （17）

式（14）~（17）中：Pnm为广义力；Mnm为广义质量；ωmn

为第（m， n）阶自振频率；Tmn ( t )为第（m， n）阶振型

的振动函数；ξmn 为第（m， n）阶振型的土‒结构辐射

阻尼系数；ρs，ρc 分别为钢板、混凝土的密度；αmn，βmn

分别为结构环向振型、轴向振型与径向振型的振幅

比；Wmn，Vmn，Umn 分别为第（m， n）阶结构径向、环

向、轴向振型函数；qx，qφ，qr 分别为结构上轴向、环

向、径向荷载分布函数。

式（14）的解可分段写出。

在荷载升压时间 tr前，即0<t<tr时有

Tmn ( t )=
Pmn∫

0

t

( t/tr ) e-ξωmn ( t - τ ) sin ( ωd，mn ( t - τ ) ) dτ

ωd，mn Mmn
， 

                            ωd，mn = 1 - ξ 2 ωmn                             (18 )
tr <t时有

Tmn ( t )=
Pmn∫

tr

t
e

-( τ - tr )
ta e-ξωmn ( t - τ )

sin ( ωd，mnτ ( t - τ ) )
dτ + ϕmn ( t )

ωd Mmn

                                                                                （19）

ϕmn ( t )= e-ξωmn ( t - tr )

æ

è

ç
çç
ç
ç
ç

ö

ø

÷
÷÷
÷
÷
÷

T0 cos ( ωd，mn ( t - t r )+
Ṫ0 + ξωmnT0

ωd，mn
sin( ωd，mn ( t - tr )

（20）

式（18）~（20）中： ta 为土中应力波达到结构表面的

时间；ωd，mn为阻尼修正的结构自振频率；T0为升压阶

段结束时第（m， n）阶振型的结构位移。

2. 3　计算方法的验证　

以 1号靶体为例，将比例爆距改为 R̄ =2. 5 m·
kg‒1/3进行计算。有限元计算和理论计算的对比如图

10所示。

由图10可以发现，理论与有限元计算结果的吻

合程度较高，误差均在 20%以内，说明上述理论计

算方法具有一定的可行性。

图9　竖井受爆炸作用模型

Fig.9　Model of shaft subjected to explosion
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3 基于弹性理论计算的弹塑性变形 

3. 1　弹性计算变形与实际弹塑性变形　

在竖井结构表面出现闭环贯穿裂缝，形成塑性

铰线之前，结构的破坏模式均处于带裂缝弹塑性动

力响应阶段。该阶段结构产生的裂缝引起了结构的

刚度下降和结构残余位移，实际的结构弹塑性变形

比按照弹性理论计算的大很多。为了分析有限元计

算得到的实际弹塑性变形值 α1p 与弹性理论计算得

到的α1e的相关关系，以5号炮次工况为例，计算了比

例爆距由2. 5 m·kg−1/3至0. 7 m·kg−1/3之间各个工况

的变形情况，图11给出了α1p/α1e与α1e的关系。

由图 11 可以发现，α1p/α1e 随着 α1e 的增大而增

大，这是由于α1e虽然是按照弹性解得到的量纲一变

形值，但也能说明结构的变形程度，α1e 越大，结构损

伤程度越高，刚度下降程度越大，实际的塑性变形值

与按照弹性计算的变形值相差越大。

根据图11及其他有限元计算结果，当结构处于

弹性阶段时，实际弹塑性变形值与弹性理论计算值

之比 α1p/α1e 应为 1，对于弹塑性变形而言，弹性阶段

占比很小，可以近似的认为当α1e等于1时，α1p/α1e等

于1，则可以按照式（21）对其进行拟合。

α1p/α1e = κα2
1e + 1 （21）

式中：κ为拟合系数。

3. 2　拟合系数的参数分析及计算方法　

土中竖井结构受侧向爆炸作用受诸多因素影

响，主要可以分为以下 4类：①结构尺寸参数；②结

构材料参数；③装药参数；④土体介质参数。

认为钢板‒钢筋混凝土竖井结构配筋率不变，主

要研究钢板与混凝土对结构响应的影响，不考虑钢

筋参数的影响。

钢板‒钢筋混凝土竖井结构的尺寸主要有结构

长度L，内径 r2，钢板及混凝土厚度 hs、hc。对于结构

材料参数，在弹塑性响应阶段，钢板、钢筋一般不会

屈服，且钢材的弹性模量变化范围较小。因此，材料

参数中仅考虑混凝土强度 fc的影响。对于装药参数，

主要考虑装药TNT当量Q，以及装药埋深与竖井底

部埋深的差值 a0。同时，现阶段主要研究单一土体

介质，不考虑土体介质参数影响。

3. 2. 1　装药量的影响　

图 12 给出了 hs/hc=0. 017 1，he/re=0. 194，fc 为

50 MPa，L/re=7. 95，a0/L=0. 536，不同装药量情况

下拟合系数κ的变化。0. 93、2. 20、4. 70 kg装药对应

了表 1 中靶体 1，4. 30、10. 10、22. 00 kg 装药对应了

靶体2。
由图12可以发现，装药量大小及结构的缩尺比

例对拟合系数 κ 的影响较小，误差小于±5%，因此

可以忽略装药量大小的影响。

图10　有限元计算与理论计算结果对比

Fig.10　Comparison of finite element calculation and theoretical calculation

图11　α1p/α1e与α1e的关系

Fig.11　α1p/α1e versus α1e
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3. 2. 2　装药与结构特征尺寸的影响　

对he/re、L/re、hs/hc、a0/L 4个特征尺寸参数进行

分析，计算工况中混凝土强度为 50 MPa，装药量为

2. 20 kg。分别研究 4 个参数变化对拟合参数的

影响。

首先观察L/re对参数κ的影响，如图13所示。

由图 13可以发现，L/re大小对拟合系数 κ的影

响较小，误差小于±10%，因此可以忽略 L/re 的

影响。

由式（2）~（6）可以发现，r2、hs、hc均会影响等效

厚径比 he/re。因此，可以对不同 hs/hc情况下 he/re的

变化对拟合系数 κ的影响进行研究，如图 14a所示。

a0/L对拟合系数κ的影响如图14b所示。

可以发现，随着 he/re、hs/hc的增大，拟合系数 κ
均增大，即α1p/α1e增大。这是由于随着he/re、hs/hc的

增大，结构的抗力增大，变形能力增强，理论计算时

未考虑结构的塑性变形，计算得到的 α1e 较小，而结

构塑性变形 α1p 变大，α1p/α1e 也增大。在 a0/L 较小

时，系数κ较大，即α1p/α1e较大。这是因为当a0/L较

小时，由于固定端的影响，理论计算得到的α1e较小，

但实际变形时，由于固定端截面被破坏，实际变形

α1p 较大，α1p/α1e 也较大。这种端部的影响在 a0/L较

大时不再存在，因此当 a0/L大于 0. 6后，κ值几乎不

再变化。

3. 2. 3　混凝土强度的影响　

由式（2）~（6）可以发现，混凝土强度会通过影

响混凝土的弹性模量影响等效厚径比 he/re。因此，

应当对不同混凝土强度下he/re的变化对拟合系数 κ
的影响进行研究。计算工况中 L/re=7. 95，hs/hc=
0. 03，a0/L=0. 536。图15给出了不同混凝土强度下

he/re的变化对拟合系数κ影响。

由图15可以发现，混凝土强度的增大使κ减小，

即α1p/α1e减小。这是由于混凝土强度对弹性理论计

图12　装药量对拟合系数κ的影响

Fig.12　Effect of charge on fitting coefficient κ
图13　L/re对拟合系数κ的影响

Fig.13　Effect of L/re on fitting coefficient κ

图14　κ的影响因素及规律

Fig.14　Influencing factors and rules ofκ
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算得到的α1e影响较小，但混凝土强度较大时实际弹

塑性变形会明显减小，从而α1p/α1e减小。

3. 2. 4　拟合系数κ的确定方法　

由上述分析可以发现，拟合系数 κ 主要受等效

厚径比 he/re的影响。此外，装药埋深与结构的相对

高度a0/L也会影响拟合系数κ。
根据图 11、12、15中的数据拟合，可以将 α1p/α1e

的计算工程算法写为

α'1 = α1p/α1e = κα2
1e + 1 （22）

κ = 6.14 × 108 βa0/L ( he re )A2 （23）

A2 = βfc ( 5.49 - 1.68( hs hc ) ) （24）

式（23）、（24）中：βa0/L 为端部影响系数；βfc 为混凝土

强度影响系数。βa0/L 取值方法如下所示。βfc 取值如

表7所示。

βa0/L = 0.99 + 201e-12.45a0/L （25）

4 结论 

本文开展了土中钢板‒钢筋混凝土竖井结构受

侧向爆炸的野外模型试验，通过试验与有限元计算

结果的验证，得到了可行的有限元计算模型。根据

有限元计算结果，讨论了竖井结构的弹塑性变形特

征，提出了结构变形的表征量。推导了常规武器爆

炸作用下竖井结构的弹性动力响应计算方法，并给

出了弹塑性变形值的计算方法。得到了以下结论：

（1）开展了9组外场模型试验，对试验及有限元

计算结果进行了对比验证。有限元计算结果得到的

中远距离爆炸作用下结构上荷载、结构位移、裂缝分

布与试验吻合度较高。验证了有限元计算模型的有

效性。

（2）常规武器爆炸作用下竖井结构首先出现壳

壁变形，结构圆截面出现明显变形，而后出现悬臂梁

式的整体变形。当装药距离较近，埋深距结构固定

端截面较远时，结构首先出现由于圆截面变形引起

的沿轴向伸展的裂缝，而后扩展为闭环塑性铰线。

根据有限元计算竖井结构破坏现象，提出以量纲一

环向相对位移α1 作为结构变形程度的判据，确定了

α1 = 3%为闭环塑性铰线形成的阈值。

（3）基于LOVE壳体理论推导了一端固支、一端

自由的竖井结构的自振频率，并针对地下防护工程

中常见的长细薄壁竖井进行了自振频率计算方法的

简化。引入Costantino模型，推导了考虑土与结构相

互作用的爆炸荷载下竖井结构的弹性动力响应计算

方法，并通过有限元计算结果的对比验证了理论计

算方法的可行性。

（4）分析了按照弹性理论计算的量纲一环向相

对位移 α1e 和有限元计算得到的弹塑性量纲一环向

相对位移α1p的关系，并进行了参数分析。发现结构

长径比L/re、结构缩尺比例、装药量大小对α1p/α1e随

α1e 的变化规律几乎没有影响。等效厚径比 he/re、钢

板与混凝土厚度比hs/hc较大及结构的相对高度a0/L
较小时理论计算会高估结构抗力，计算得到的α1e偏

小，α1p/α1e 较大；混凝土强度较大时，相同α1e 情况下

结构塑性变形较小，α1p/α1e较小。

（5）考虑了等效厚径比he/re、钢板与混凝土厚度

比hs/hc、装药埋深与结构的相对高度a0/L、混凝土强

度 fc的影响，建立了基于弹性计算 α1e 的弹塑性量纲

一环向相对位移α1p的工程算法。
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