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摘 要： 为解决浅埋成层式工事中分配层受限所导致的爆炸荷载高度局部化问题，提出了一种可考虑荷载局部化特征的等效单自

由度动力分析方法，用于支撑结构层顶板的响应评估。基于选取的振型函数与能量等效原理，建立了结构在弹性与塑性响应阶段的

动力系数计算方法，并通过有限元模拟验证其有效性。结果表明，均布荷载下的静挠曲线仍可作为局部荷载作用下的振型函数，误

差在可接受范围内。若将局部荷载按等冲量原则简化为均布荷载进行设计，结构最大位移可能被严重低估，误差最高可达 9.7 倍。

在结构塑性响应阶段，结构抗力动力系数与塑性变形程度呈负相关，塑性变形发展越充分，结构对爆炸荷载的抵抗能力越强。荷载

总作用时间与结构自振频率的乘积对结构的响应影响显著：当该乘积小于等于 1 时，结构响应受冲量主导；当其接近 10 时，适度延

长升压时间有利于结构承受更大的爆炸荷载；当该乘积大于等于 50 时，延长升压时间的增益效果趋于饱和。该方法能有效刻画浅

埋工事支撑结构层在局部爆炸荷载下的动力响应特征，为相关防护结构的抗爆设计提供理论依据。
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0 引 言

成层式工事是一种适应常规武器高精度、高威力

发展的防护结构［1］，主要由遮弹层、分配层以及支撑结

构层组成。遮弹层通常采用钢筋混凝土［2］、块石［3-6］、

钢纤维混凝土［7-8］等高强材料，以抵抗武器战斗部的冲

击侵彻，并迫使其在该层爆炸。分配层则由低波阻抗

材 料 构 成 ，如 松 散 砂 土［2］、泡 沫 混 凝 土［9-12］、泡 沫 陶 瓷

空壳颗粒材料［13-14］等，主要功能是消波和均布化爆炸

荷 载 ，其 厚 度 直 接 影 响 支 撑 结 构 层 所 受 荷 载 的 均

匀性［2］。

随着战斗部爆炸威力提升，所需的分配层厚度也

不 断 增 加［15］，对 工 事 埋 深 提 出 更 高 要 求 。 然 而 ，在 高

地下水位、岛礁、滩涂等特殊地质条件下，成层式工事

不得不采用浅埋方式，导致分配层厚度严重受限，爆炸

荷载在支撑结构层上的分布呈现显著局部化特征。尤

其 是 近 年 来 随 着 新 型 消 波 材 料［16-19］以 及 新 型 组 合 结

构［11-13，20-23］的应用，分配层设计厚度进一步趋薄，局部

荷 载 问 题 更 加 突 出 。 而 现 有 设 计 规 范［24］普 遍 采 用 等

效均布荷载的方法，难以准确反映局部化荷载作用，存

在显著误差，亟需发展能够考虑高度局部化爆炸荷载

的动力分析方法。

现 行 规 范［24］采 用 Biggs 于 1964 年 提 出 的 等 效 单

自 由 度（Single degree of freedom，SDOF）分 析 方

法［25］，因 其 简 单 且 能 快 速 预 测 结 构 构 件 的 动 力 响 应 ，

被 广 泛 应 用 于 抗 爆 设 计［24-27］。 该 方 法 假 设 结 构 构 件

在均布爆炸荷载作用下发生弯曲变形，适用于中远距

离爆炸情形，其准确性已被大量文献［25-29］证实。但在

近距离爆炸条件下，荷载分布不均匀导致构件响应模

式变化，局部损伤（如混凝土的剥落和震塌）以及剪切

响应（直剪或斜剪破坏）显著，等效 SDOF 方法会产生

较 大 误 差［30-33］。 为 改 进 分 析 精 度 ，Wang 等［34］基 于 虚

功等效思想考虑了荷载的局部化特征，但其未能反映

冲 量 的 真 实 分 布 。Nagata 等［35］基 于 实 测 数 据 提 出 指

数型分布函数，改进 SDOF 模型以评估 RC 梁在近爆荷
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载 作 用 下 的 位 移 响 应 ，但 相 较 试 验 结 果 仍 略 有 高 估 。

He 等［36］则采用以比例爆距为自变量的经验公式描述

近爆荷载分布，提出更符合实测数据的等效荷载系数。

Wei 等［37］进一步引入材料硬化/软化、应变率效应及箍

筋约束影响，提高了预测精度。此外，Grisaro［38］采用

Pannel 等［39］建 议 的 以 入 射 角 为 自 变 量 的 拟 合 公 式 描

述近爆荷载分布，以推导等效均布荷载，并通过多自由

度模型进行了验证。

综上所述，现有研究主要聚焦于空中近爆荷载的

非均匀性建模与修正，适用于空中自由场爆炸直接作

用结构的情形。但对于地下结构中经由分配层传递的

复杂荷载特征，其适用性尚需进一步探讨。此外，在浅

埋工事中虽然分配层厚度受限导致爆炸荷载局部化，

但在抑制混凝土剥落和剪切破坏方面仍具积极作用，

配 筋 设 计 也 能 保 证 支 撑 结 构 层 以 弯 曲 响 应 为 主 。 因

此，若能在等效 SDOF 方法框架下合理引入局部化爆

炸 荷 载 的 影 响 ，将 显 著 提 高 支 撑 结 构 层 的 动 力 分 析

精 度 。 本 文 以 浅 埋 成 层 式 工 事 的 支 撑 结 构 顶 板 为 研

究 对 象 ，基 于 等 效 SDOF 方 法 ，推 导 了 结 构 在 局 部 爆

炸 荷 载 作 用 下 弹 性 以 及 塑 性 响 应 阶 段 的 动 力 系 数 ，

并 进 行 验 证 与 参 数 分 析 ，为 相 关 工 程 设 计 提 供 理 论

支持。

1 爆炸荷载的局部化特征

直接命中的常规武器通常侵彻遮弹层并在其中爆

炸，产生向外扩散的压缩波。该波经过遮弹层和分配

层传递至支撑结构顶板时，已转变为具有一定升压时

间的压缩波［40］，如图 1a 所示。为简化分析，本文将支

撑结构层顶板简化为两端简支的单向板，其净跨长度

为 l（单位：mm），x 轴与长度方向重合。

鉴于爆炸产生的压缩波并非平面扩散，传递至顶

板各点位置的爆炸荷载表现出明显的局部化特征，即

顶板不同区域所受荷载峰值及时程的不均匀分布。本

文将局部爆炸荷载表示为 P（t）=f（t）p（x），其中 f（t）描

述爆炸荷载随时间的变化规律，而 p（x）描述爆炸荷载

随空间的变化规律。

1.1 荷载随时间变化规律

考虑到爆炸荷载作用范围较为局部，且压缩波传

播速度较快，通常可以认为到达各点位置的时间相差

不大［40］。因此，可假设作用于顶板各点位置上的压缩

波荷载同时到达，且作用时间相同：

f ( t ) =
ì
í
î

ïï t/t r                                    0 ≤ t ≤ t r

( )t - td / ( )t r - td          t r < t ≤ td

（1）

式中，tr 为升压时间，ms；td 为总作用时间，ms。

1.2 荷载随空间变化规律

大量研究表明［40］，当爆炸中心的投影点位于顶板

中心时，对支撑结构的弯曲响应具有最显著的不利影

响。因此，本文选取该工况作为代表性极端情形进行

分析。大量试验及数值模拟［41-43］表明，该极端情形下

作 用 于 顶 板 的 爆 炸 荷 载 近 似 三 角 形 分 布 ，如 图 1b 所

示。因此，假设爆炸荷载作用范围 R（单位：mm）关于

顶板跨中对称（0≤R/l≤1），其左侧边界离左端支座距离

为 x1（单 位 ：mm）。 荷 载 在 跨 中 处 达 到 峰 值 p0（单 位 ：

MPa），并在其余作用范围内沿位置线性衰减至边缘处

的 最 小 峰 值 ξp0（0≤ξ≤1）。 则 顶 板 上 的 爆 炸 荷 载 随 空

间的变化规律可表示为：

p (x ) =
ì

í

î

ïïïï

ïïïï

p1 (x ) = 0                                                     0 ≤ x ≤ x1

p2 (x ) = ξp0b + (x - x1 )(1 - ξ )p0b
l/2 - x1

    x1 < x ≤ l
2

（2）

式中，b 为板的有效宽度，mm；l 为板净跨，mm。

a.　the variation of blast load with time b.　the variation of blast load with space
图 1　典型局部爆炸荷载

Fig.1　Typical localized blast load
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2 顶板等效单自由度体系的建立

在明确了作用于顶板上的爆炸荷载后，通过动力

分析可以获取顶板随时间变化的动态响应参数，为支

撑结构层的设计提供依据。严格而言，顶板为无限自

由度体系，自由度数量越多，动力分析则越复杂，通常

需要借助数值分析方法，如有限元方法［26， 40］。这在工

程实践中应用难度较大，因此，在工程设计中，通常将

具有无限自由度的实际结构构件简化为等效 SDOF 体

系进行分析。

2.1 振型函数计算方法

在 等 效 SDOF 分 析 中 ，通 过 假 设 一 个 不 变 的 振

型 函 数 将 构 件 的 跨 中 位 移 与 所 有 自 由 度 相 关

联［25-26 ， 40］。 这 种 情 况 下 顶 板 的 整 体 动 力 响 应 即 可

由 跨 中 位 移 时 程 唯 一 表 达 ，即 将 真 实 结 构 转 变 为 单

自 由 度 体 系 。 当 构 件 处 于 弹 性 响 应 阶 段 ，振 型 函 数

通 常 取 爆 炸 荷 载 作 为 静 荷 载 作 用 下 的 静 挠 曲 方 程 ；

当 构 件 处 于 塑 性 响 应 阶 段 ，则 构 件 的 变 形 主 要 集 中

在 塑 性 铰 处 ，振 型 函 数 推 荐 取 为 由 塑 性 铰 连 接 的 直

线 段 组 成 的 挠 曲 线 ，单 个 塑 性 铰 对 应 典 型 的 双 刚 片

曲 线 。

因 此 ，顶 板 弹 性 响 应 阶 段 的 振 型 函 数 计 算 步 骤

如下：

1）根据爆炸荷载随空间的变化规律，将其作为静

载作用在顶板上，由结构力学确定顶板上的弯矩分布

M（x）；

2）由材料力学方程 γ″（x）=M（x）/EI 求解顶板的静

挠曲线方程 γ（x）（挠曲线分为两段 γ1（x）和 γ2（x），求解的

边 界 条 件 为 γ（0）=0；γ1'（x1）=γ2'（x1）且 γ1（x1）=γ2（x1）；

γ2'（l/2）=0）；

3）由振型函数 X（x）=γ（x）/γ（l/2）计算如公式（3）

所示。

X (x ) =
ì
í
î

ïï
ïï

X1( )x 0 ≤ x ≤ x1

X2( )x x1 < x ≤ l/2 （3）

式 中 ，X1（x）=｛［（-120-40ξ）x1
2+（120ξ+40）lx1+（30ξ

+50）l2-80x2（1+ξ）］x｝/｛［（-32ξ-8）x1
3+（-12ξ‑8）lx1

2+
（36ξ+14）l2x1+（9ξ+16）l3］｝；X2（x）=｛［（-128‑32ξ）x1

5+
80lx1

4ξ +（640ξ +320）（xl-x2）x1
3-480ξ（l2x‑lx2）x1

2+
（-160l3x+320lx3-160x4）x1+［（30ξ +50）l4-80（1+ ξ）

x2l2+80ξlx3‑32x4（ξ -1）］x｝/｛（l-2x1）
2［（-32ξ‑8）x1

3-
（12ξ+8）lx1

2+（36ξ+14）l2x1+（9ξ+16）l3］｝。

当顶板处于塑性响应阶段，其振型函数为：

X̄ (x ) = x
l/2 0 ≤ x ≤ l/2 （4）

2.2 等效系数计算方法

在顶板转化为单自由度体系后，根据能量原理，通

过等效系数进一步将单自由度体系转化为等效体系。

在乘以等效系数后，实际顶板中的动载、质量与等效体

系中的动载、质量相等。文献［25-26，40］给出了等效

系数的推导公式：

K L =
∫

0

l

p ( )x X ( )x dx

∫
0

l

p ( )x dx
（5）

KM = 1
l ∫

0

l

X 2(x ) dx （6）

式中，KL 为等效荷载系数；KM 为等效质量系数；定义弹

性响应阶段的质量荷载系数 KML=KM/KL。

当顶板进入塑性响应阶段时，K̄M 和 K̄ L 分别为塑性

响 应 阶 段 的 等 效 质 量 系 数 和 等 效 荷 载 系 数 ，将 公 式

（5）、（6）中弹性响应阶段的振型函数 X（x）替换为塑性

响应阶段的振型函数 X̄ (x ) 后即可计算得到。由此得

K̄ L、K̄M 和质量荷载系数 K̄ML 分别为：

K̄ L = ( )l + 4x1 ξ + 2l + 2x1

3( )1 + ξ l
（7）

K̄M = 1
3 （8）

K̄ML = K̄M

K̄ L

= ( )1 + ξ l

( )l + 4x1 ξ + 2l + 2x1

（9）

2.3 等效体系运动微分方程

根 据 达 朗 贝 尔 原 理 ，等 效 体 系 运 动 微 分 方

程［25-26， 40］为：

KMLMy″( t ) + R = Pmf ( t ) （10）

式中，y 为顶板跨中位移，mm；M 为顶板的总质量，kg；

Pm 为爆炸荷载最大值，N；R 为顶板的抗力，N。由于顶板

为两边简支的单向板，可视为理想弹塑性体系，在弹性

响应阶段，R=Ky（t）（K 为顶板的抗弯刚度，N∙mm-1）；

在塑性响应阶段，R=Rm（Rm 为顶板最大抗力，N）。

当顶板所处的响应阶段不同，其等效系数以及抗

力 表 达 式 均 不 同 ，导 致 式（10）不 同 。 因 此 ，以 下 将 分

阶段求解等效体系的运动微分方程。

3 弹塑性响应阶段动力分析

3.1 弹性响应阶段

等效体系的运动微分方程在弹性阶段［40］可写为：

3
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KMLMy″( t ) + Ky (t ) = Pmf ( t ) （11）

根据杜哈梅积分［44］可求解该方程，对于初始静止

的顶板，其解为：

y ( t ) = Pm ω
K ∫

0

t

f (τ) sin ω ( )t - τ d τ （12）

式中，ω 为等效体系的自振频率，s-1；ω = K/KMLM 。

式（12）中 Pm/K 的 物 理 含 义 为 将 爆 炸 荷 载 峰 值 作

为 静 荷 载 作 用 在 顶 板 上 的 跨 中 静 位 移 。 因 此 ，将 式

（12）两 边 同 时 除 以 该 因 子 ，再 将 式（1）代 入 后 可 得 到

位移动力函数的具体表达式：

K (θ ) =

ì

í

î

ï

ï

ï
ïï
ï

ï

ï

ï

ï

ï
ïï
ï

ï

ï

θ - sin θ
θ r

                                                                                0 ≤ θ ≤ θ r

θd sin( )θ - θ r + ( )θ r - θd sin θ - θ r( )θ - θd

θ r( )θd - θ r

            θ r < θ ≤ θd

θd sin( )θ - θ r + ( )θ r - θd sin θ - θ r sin( )θ - θd

θ r( )θd - θ r

       θ > θd

（13）

式中，θ=ωt，θr=ωtr，θd=ωtd。

求得 K（θ）的最大值 Kd 即可得到顶板的跨中最大

动 位 移 ，本 文 将 Kd 定 义 为 位 移 动 力 系 数 ，表 示 爆 炸 荷

载对结构作用的动力效应。在明确爆炸荷载的升压时

间 tr 和总作用时间 td 后，θr 和 θd 已知，求得式（13）分段

函数中的最大值即为位移动力系数 Kd。

3.2 塑性响应阶段

若顶板进入塑性响应阶段，则抗力表达式相应发

生 改 变 。 在 顶 板 的 弹 性 响 应 阶 段 ，即 顶 板 跨 中 位 移

y≤ye 时（ye 为顶板跨中弹性极限位移，mm）［40］：

KMLMy″( t ) + Ky (t ) = Pmf ( t ) （14）

在 顶 板 的 塑 性 响 应 阶 段 ，即 顶 板 跨 中 位 移 满 足

ye<y<ym 时（ym 为顶板跨中的极限位移，mm）［40］：

K̄MLMy″( t ) + Rm = Pmf ( t ) （15）

塑 性 响 应 阶 段 的 初 始 条 件 为 弹 性 阶 段 的 终 止 条

件。类似于弹性阶段的位移动力系数 Kd，定义塑性阶

段 的 抗 力 动 力 系 数 Kh=Rm/Pm。 为 得 到 抗 力 动 力 系 数

Kh，关键在于求解式（14）、（15），以下将详细说明求解

步骤。

在 t=te 时刻，顶板跨中位移达到弹性极限位移 ye，

弹性响应阶段结束，由式（14）可得此时顶板跨中的位

移和速度分别为式（16）和式（17）所示：

y ( te ) = Pm ω
K ∫

0

te

f (τ) sin ω ( )t - τ d τ = ye = Rm

K
= C2

（16）

y'( te ) = Pm ω2

K ∫
0

te

f (τ) cos ω ( )t - τ d τ = C1 （17）

根据抗力动力系数的定义，式（16）可改写为：

Kh = ω ∫
0

te

f (τ) sin ω ( )t - τ d τ （18）

在 t=tm 时刻，顶板跨中位移达到最大动位移 ym，此

时体系速度为 0。由式（15）可得此时体系的速度和位

移分别为式（19）和式（20）所示：

y'( tm ) = Pm

K̄MLM
é

ë
êêêê∫

te

tm

f ( )τ dτ - Kh( tm - te )ù
û
úúúú + C1 = 0 （19）

y ( tm ) = Pm

K̄MLM

é

ë

ê
êê
ê
ê
ê∫

te

tm∫
te

τ

f ( )τ dτ dτ -
Kh( )tm - te

2

2
ù

û

ú
úú
ú
ú
ú

+

C1( tm - te ) + C2 = ym （20）

引入延性比 β=ym/ye 后，式（20）改写为（21）：

β = KML ω2

K̄MLKh

é

ë

ê
êê
ê
ê
ê∫

te

tm∫
te

τ

f ( )τ dτ dτ -
Kh( )tm - te

2

2
ù

û

ú
úú
ú
ú
ú

+

C1K ( )tm - te

Rm
+ 1 （21）

由此可求得抗力动力系数 Kh 与延性比 β 之间的关

系。而在以上推导过程中，方程表达式过于复杂，无法

得到解析解，因此 Kh 与 β 的关系只能根据数值方法求

解：首先给定 te，根据式（18）求解 Kh，再根据式（17）求

解 C1，之 后 根 据 式（19）求 解 tm，最 后 根 据 式（21）求 解

β。得到结果后再检验 β≥1。

顶板局部爆炸荷载随时间变化规律 f（t）在不同时

间范围内表达式不同，因此求解时需对 te、tm 所处的范

围分段进行讨论。根据 te、tm、tr、td 的大小关系，可分为

6 种 情 况（如 图 2 所 示），为 方 便 后 续 讨 论 ，令 θ= ωt，
θr=ωtr，θd=ωtd，θe=ωte，θm=ωtm。表 1 至 3 给出了各种情

况所对应的推导过程式。

4 动力分析方法的验证

本研究基于 ABAQUS 软件平台，建立一支撑结构

层顶板有限元模型，并施加局部爆炸荷载以验证所提

出的动力分析方法的准确性。

4
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4.1 有限元模型建立

该 顶 板 的 几 何 尺 寸 如 图 3 所 示 ，长 度 为 27 m，宽

度为 9 m，厚度为 1.5 m。混凝土强度等级为 C40，钢

筋采用 HRB400 级钢筋，配筋为∅25@100。由于长宽

比大于等于 3，可将其视为单向板进行分析，沿短边方

向传递弯矩，其有效跨度为 9 m。

单向板在另一方向长度远大于板厚，因此可视为

平面应力问题，将三维问题视为二维问题进行简化求

解，有限元模型如图 4 所示，跨度设置为 9000 mm，厚

度 设 置 为 1500 mm。 混 凝 土 材 料 本 构 模 型 采 用 损 伤

塑 性 模 型（Concrete Damaged Plasticity，CDP），参 数

如表 4 所示，其中混凝土强度参数根据《混凝土结构设

图 2　te、tm 所处范围

Fig.2　The range of te and tm

表 1　0≤te≤tr 时的推导过程式

Table 1　Derivation process for the time interval 0≤te≤tr

range of tm

eq. （18）

eq. （17）

eq. （19）

eq. （21）

0≤tm≤tr

Kh = θe - sin θe
θ r

C1 = Pm

K
⋅ 1 - cos ωte

tr

KML

K̄ML

é

ë

ê
êê
ê θ2

m - θ2
e

2θ r
- Kh(θm - θe )ù

û

ú
úú
ú

+ 1 - cos θe
θ r

= 0

β = KML

K̄MLKh

é

ë

ê
êê
ê
ê
ê θ3

m - θ3
e - 3θ2

e( )θm - θe

6θ r
-

ù

û

ú

ú
úú
ú

úKh( )θm - θe
2

2 + ( )θm - θe ( )1 - cos θe

Kh θ r
+ 1

tr<tm≤td

KML

K̄ML

é

ë

ê
êê
ê
ê
ê-θd θ2

r + ( )2θd θm + θ2
e - θ2

m θ r - θd θ2
e

2θ r( )θd - θ r

]-Kh( )θm - θe + 1 - cos θe
θ r

= 0

β = KML

K̄MLKh

é

ë

ê
êê
ê
ê
ê θd θ2

e( )2θe - 3θm + (θd θ2
r - 3θd θm θ r

6θ r( )θd - θ r

ù

û

ú

ú
úú
ú

ú)+3θd θ2
m - 2θ3

e + 3θ2
e θm - θ3

m θ r -
Kh( )θm - θe

2

2

+ ( )θm - θe )(1 - cos θe

Kh θ r
+ 1

td<tm

KML

K̄ML

é

ë

ê
êê
ê θ r θd - θ2

e

2θ r
- Kh(θm - θe )ù

û

ú
úú
ú

+ 1 - cos θe
θ r

= 0

β = KML

K̄MLKh

é

ë

ê
êê
ê
ê
ê θ r θd( )3θm - θd - θ r - 3θ2

e θm + 2θ3
e

6θ r

ù

û

ú

ú
úú
ú

ú
-

Kh( )θm - θe
2

2 + ( )θm - θe ( )1 - cos θe

Kh θ r
+ 1
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计规范》GB50010-2010［45］中规定的轴心抗拉和抗压

强度标准值取值，其余参数依据文献［46］取值。采用平

面应力单元（CPS4R）进行离散，网格尺寸为 50 mm；钢

材采用理想弹塑性模型描述，材料本构参数如表 5 所

示，采用桁架单元（T2D2）进行离散，单元截面积设置

为 4.909，网 格 尺 寸 为 50 mm。 钢 筋 与 混 凝 土 的 共 同

作用采用 Embedded region 模拟。同时将两端线与各

自中心点进行耦合，在两端中心点设置简支边界，一端

限 制 X、Y 轴 方 向 的 位 移 ，另 一 端 限 制 Y 轴 方 向 的 位

移 。在板上方施加局部荷载，为探究理论计算方法对

不同作用范围的局部荷载的适用性，分别设置荷载作

用 范 围 为 2700 mm（R/l=0.3）、4500 mm（R/l=0.5）、

6300 mm（R/l=0.7）以 及 8100 mm（R/l=0.9），边 缘 荷

载大小设置为 0（ξ=0）。跨中荷载的大小、荷载的升压

时间及总作用时间根据设计工况确定。

4.2 等效系数计算方法的验证

首先对顶板进行频率分析，以验证等效系数计算

方法的准确性。利用 ABAQUS 模态分析模块，得到板

的 自 振 频 率（一 阶 模 态）为 181.54 s-1。 然 而 ，根 据 第

2.2 节等效系数计算方法，并结合 ω = K/KMLM ，计算

得到局部爆炸荷载作用下等效体系的自振频率分别为

468.36 s-1（R/l=0.3、ξ=0）、370.75 s-1（R/l=0.5、ξ=0）、

311.13 s-1（R/l=0.7、ξ=0）及 275.46 s-1（R/l=0.9、ξ=0），

图 3　平面顶板几何尺寸

Fig.3　Geometric dimensions of the flat slab

表 2　tr≤te≤td 时的推导过程式

Table 2　Derivation process for the time interval tr≤te≤td

range of tm

eq. （18）

eq. （17）

eq. （19）

eq. （21）

tr<tm≤td

Kh =
θd sin( )θe - θ r + ( )θ r - θd sin θe - θ r( )θe - θd

θ r( )θd - θ r

C1 = Pm

K
⋅ td cos ω ( )te - tr + ( )tr - td cos ωte - tr

tr( )td - tr

KML

K̄ML

é

ë

ê
êê
ê
ê
ê( )θm - θe ( )θm + θe - 2θd

2( )θ r - θd

- Kh(θm - θe )
ù

û

ú
úú
ú
ú
ú

+
θd cos ( )θe - θ r + ( )θ r - θd cos θe - θ r

θ r( )θd - θ r

= 0

β = KML

K̄MLKh

é

ë

ê

ê
êê
ê

ê( )θe - θm
2( )3θd - 2θe - θm

6 ( )θd - θ r

-
Kh( )θm - θe

2

2

ù

û

ú

ú
úú
ú

ú

+ ( )θm - θe [ ]θd cos ( )θe - θ r + ( )θ r - θd cos θe - θ r

Kh θ r( )θd - θ r

+ 1

td <tm

KML

K̄ML

é

ë

ê

ê
êê
ê

ê ( )θd - θe
2

2( )θd - θ r

- Kh(θm - θe )
ù

û

ú

ú
úú
ú

ú
+

θd cos ( )θe - θ r + )(θ r - θd cos θe - θ r

θ r( )θd - θ r

= 0

β = KML

K̄MLKh

é

ë

ê

ê
êê
ê

ê( )θd - θe
2( )θd + 2θe - 3θm

6 ( )θ r - θd

-
Kh( )θm - θe

2

2

ù

û

ú

ú
úú
ú

ú

+ ( )θm - θe [ ]θd cos ( )θe - θ r + ( )θ r - θd cos θe - θ r

Kh θ r( )θd - θ r

+ 1

表 3　td <te 时的推导过程式

Table 3　Derivation process for the time interval td<te

range of tm

eq. （18）

eq. （17）

eq. （19）

eq. （21）

td <tm

Kh =
θd sin( )θe - θ r + ( )θ r - θd sin θe - θ r sin( )θe - θd

θ r( )θd - θ r

C1 = Pm

K
⋅ td cos ω ( )te - tr + ( )tr - td cos ωte - tr cos ω ( )te - td

tr( )td - tr

KMLKh( )θe - θm

K̄ML

+
θd cos ( )θe - θ r + ( )θ r - θd cos θe - θ r cos ( )θe - θd

θ r( )θd - θ r

= 0

β = KML

K̄MLKh

é

ë

ê

ê
êê
ê

ê-Kh( )θm - θe
2

2

ù

û

ú

ú
úú
ú

ú
+ ( )θm - θe [ ]θd cos ( )θe - θ r + ( )θ r - θd cos θe - θ r cos ( )θe - θd

Kh θ r( )θd - θ r

+ 1
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这 些 值 与 模 拟 值 的 误 差 分 别 为 157.99%、104.22%、

71.38% 及 51.73%。

由于等效体系的自振频率要尽可能接近真实体系

的自振频率，说明对于常规钻地武器导致的局部爆炸

荷载，将动载作为静力作用时的静挠曲线形状作为振

型函数的做法会导致较大误差。实际上，只有当动载

的分布形式与惯性力的分布形式始终一致时，振型函

数才能视为固定不变，才能将动载作为静力作用时的

静挠曲线方程作为振型函数。局部荷载作用下的静挠

曲线形状显然与惯性力的分布形式不一致，从而导致

计算频率误差较大。

同时发现，若将均布荷载（R/l=1、ξ=1）下的等效质

量荷载系数代入式子 ω = K/KMLM ，计算得到的等效

体 系 自 振 频 率 为 185.37 s-1，反 而 与 数 值 结 果 基 本 吻

合，误差为 2.11%。说明将均布荷载作为静力作用下

的静挠曲线方程作为振型函数，计算得到的自振频率

具有更高的精度。因此，虽然真实体系在跨中承受局

部爆炸荷载，但在工程设计时振型函数也应取均布荷

载作用下的静挠曲线方程，等效系数取均布荷载作用

下计算得到的等效系数（KML=0.7873、K̄ML=0.6667）。

4.3 位移动力系数计算方法的验证

对顶板进行弹性动力分析，以验证位移动力系数

Kd 计 算 方 法 的 准 确 性 。 设 计 的 局 部 荷 载 工 况 中 固 定

θr=2.5 和 θd=5。 同 时 ，为 保 证 板 一 直 处 于 弹 性 响 应 阶

段，所有工况的跨中荷载均取为 p0=0.1 MPa。

由于板的自振频率为 181.54 s-1，因此所有工况下

的荷载作用总时间 td 设置为 27.54 ms，荷载升压时间 tr

则 为 13.77 ms。 采 用 Dynamic， Explicit 模 块 进 行 分

析 求 得 跨 中 最 大 动 位 移 ，采 用 Static， General 模 块 对

板施加等值静载求得对应工况下的跨中最大静位移。

数值计算工况以及对应的位移计算结果如表 6 所

示。将跨中最大动挠度与等值静载下跨中最大挠度的

比值（Kd）同样列于表 6 中，与按第 3.1 节方法计算得到

的 Kd 理论值（计算过程中 KML 取 0.7873）进行对比，发

现两者基本吻合，最大误差仅为 1.432%，验证了位移

动力系数计算的准确性。

图 4　有限元模型

Fig.4　Finite element model

表 4　C40 混凝土本构参数

Table 4　Constitutive parameters of C40 concrete
uniaxial compressive 
strength / MPa
26.8

uniaxial tensile 
strength / MPa
2.39

dilation angle 
/ °
30

eccentricity

0.1

ratio of biaxial to uniaxial 
compressive strength
1.16

K

0.6667

viscosity parameter

0.0005

表 6　弹性响应阶段的荷载工况以及模拟结果

Table 6　Load conditions and simulated results in elastic stage

load condition

1
2
3
4

R/l

0.3
0.5
0.7
0.9

maximum midspan 
displacement / mm

0.3521
0.5685
0.7574
0.9135

midspan static displacement 
under equal static load / mm

0.2375
0.3810
0.5056
0.6079

Kd

simulated result
1.483
1.492
1.498
1.503

theoretical value
1.504
1.504
1.504
1.504

error / %
1.432
0.775
0.370
0.059

表 5　HRB400 钢材本构参数

Table 5　Constitutive parameters of HRB400 steel
density 
/ kg·m-3

7850

elasticity modulus 
/ MPa

200000

poisson ratio

0.3

yield strength 
/ MPa

400

7
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4.4 抗力动力系数计算方法的验证

对顶板进行弹塑性动力分析，以验证抗力动力系

数 Kh 计算方法的准确性，设计的局部爆炸荷载工况中

固 定 θr=2.5 和 θd=5。 通 过 Dynamic， Explicit 模 块 进

行拟静力分析，得到不同局部荷载作用下板最大抗力

对应的跨中荷载分别为 p0=0.416 MPa（R/l=0.3，其对应

的单向板弹性极限位移 γe=1.025 mm）、p0=0.268 MPa
（R/l=0.5，其对应的单向板弹性极限位移 γe=1.067 mm）、

p0=0.208 MPa（R/l=0.7，其 对 应 的 单 向 板 弹 性 极 限 位

移 γe=1.093 mm）及 p0=0.178 MPa（R/l=0.9，其对应的

单向板弹性极限位移 γe=1.118 mm）。因此为保证单

向 板 进 入 塑 性 阶 段 ，设 计 工 况 的 荷 载 峰 值 p0 固 定 为

0.4 MPa。

数 值 计 算 工 况 以 及 对 应 的 跨 中 位 移 计 算 结 果 如

表 7 所示。计算得到的位移与弹性极限位移的比值即

为 延 性 比 β，最 大 抗 力 对 应 的 跨 中 荷 载 与 施 加 的 跨 中

荷载比值即为抗力动力系数 Kh，将两者同样列于表 7
中 ，与 按 第 3.2 节 方 法 计 算 得 到 的 Kh 与 β 的 理 论 关 系

（计算过程中 KML 取 0.7873，K̄ML 取 0.6667）进行对比，

如 图 5 所 示 ，发 现 两 者 基 本 吻 合 ，最 大 误 差 为

12.646%，在工程设计可接受误差范围内，验证了抗力

动力系数计算方法的准确性。

5 结果与讨论

5.1 振型函数的选取

UFC‑3‑340‑02［26］指出，在传统的等效 SDOF 方法

中，振型函数可选取两种形式：一种是将爆炸荷载作为

静荷载作用下构件的静挠曲方程，另一种是采用构件

的一阶模态近似方程。该规范认为这两种选择在抗爆

设计中引起的误差可忽略不计。在已有考虑近距空爆

荷载不均匀性影响的研究中［34-38］，多数工作［34-35， 37-38］

采用前者作为振型函数。因此，本文在等效系数的推

导中也沿用了该方法。

然 而 ，第 4.2.1 节 的 数 值 模 拟 结 果 表 明 ，振 型 函

数 的 选 取 对 等 效 体 系 自 振 频 率 的 计 算 结 果 差 异 显

著 。 以 静 挠 曲 线 为 振 型 函 数 时 ，计 算 得 到 的 等 效 体

系 的 自 振 频 率 分 别 为 468.36 s-1（R/l=0.3、ξ =0）、

370.75 s-1（R/l=0.5、ξ=0）、311.13 s-1（R/l=0.7、ξ=0）和

275.46 s-1（R/l=0.9、ξ=0）；而 采 用 一 阶 模 态 近 似 方 程

时 ，计 算 得 到 的 自 振 频 率 为 185.37 s-1（R/l=1、ξ=1 对

应于均布荷载），该值与数值模拟得到的构件一阶模态

频率 181.54 s-1 高度一致，说明在均布荷载作用下，构

件的静挠曲线可视为构件一阶模态的良好近似。两种

方法所得的频率相差较大，其对动力系数计算的影响

尚无定论，因此本节将对此进行探讨。

表 6 和表 7 已经列出采用一阶模态近似方程所得

的理论结果（理论计算时，ω 取 181.54 s-1、KML取 0.7873、

K̄ML 取 0.6667）。下文将采用静挠曲线作为振型函数，

并 根 据 表 8 中 各 工 况 对 应 的 ω、KML 及 K̄ML 取 值 重 新 计

算理论动力系数，其与模拟值的误差也在表 8 中给出。

结果显示，采用静挠曲线作为振型函数时，位移动力系

数的误差绝对值范围由原先的 0.059%~1.432% 扩大至

3.996%~34.203%；抗力动力系数的误差绝对值范围也由

原先的 1.067%~12.646% 上升至 17.188%~39.489%。

表 7　塑性响应阶段的荷载工况以及模拟结果

Table 7　Load conditions and simulated results in plastic response stage

load condition

5
6
7
8

R/l

0.3
0.5
0.7
0.9

maximum midspan 
displacement / mm

1.801
4.250
6.657
8.784

simulated result of 
β / mm

1.758
3.983
6.088
7.854

Kh

simulated result
1.040
0.669
0.520
0.444

theoretical value
0.975
0.662
0.557
0.500

error / %
-6.250
-1.067
  7.039
12.646

图 5　Kh 与 β 关系模拟结果与理论值对比

Fig.5　 Comparison of simulated and theoretical relationships 
between Kh and β
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这表明，在局部荷载作用下，构件振型函数的选取不当

将引入显著误差，而采用均布荷载作用下构件的静挠

曲线作为振型函数可获得更准确的计算结果。

5.2 支撑结构层顶板的最大位移

尽管支撑结构层顶板受到局部爆炸荷载作用，但

在计算过程中所采用的等效系数与均布爆炸荷载作用

时的等效系数保持一致。然而，这并不意味着局部爆

炸荷载与等效后的均布荷载作用下，支撑结构层顶板

的最大位移是相同的。以下将对比两种爆炸荷载作用

下四端简支顶板的最大位移。

按照荷载总冲量相同且荷载随时间变化规律一致

的原则，将局部荷载等效为均布荷载。基于结构抗爆

设计的基本原则，支撑结构层顶板在爆炸荷载作用下

能够进入塑性响应阶段。因此，假设顶板受到的两种

爆炸荷载具有相同的升压时间和总作用时间，但荷载

的空间分布不同，且两种爆炸荷载均使顶板进入塑性

响应阶段。

假设局部荷载的边缘荷载峰值与跨中荷载峰值的比

值 ξ=1，则均布与局部爆炸荷载的荷载峰值的比值为：

[ ]p0 u

[ ]p0 l
= R

l
（22）

式中，［p0］u 为均布爆炸荷载的峰值，MPa；［p0］l 为局部

爆炸荷载的峰值，MPa。

根据抗力动力系数的概念，可得：

Kh p0 = 8Mmax

R
l ( )2 - R

l
bl2

（23）

式中，Mmax为顶板跨中截面所能承受的最大弯矩，N∙mm。

同时，由结构力学确定 Mmax 对应的顶板跨中弹性

极限位移 γe：

γe =

é

ë

ê
êê
ê ù

û

ú
úú
ú( )R

l

3

- 4 ( )R
l

2

+ 8 l2Mmax

48El ( )R
l

- 2
（24）

根据式（24），可得两种爆炸荷载对应的弹性极限

位移的比值：

[ ]γe l

[ ]γe u

= ( )R
l

3

- 4 ( )R
l

2

+ 8

5( )2 - R
l

（25）

其 中 ：［γe］l 为 局 部 爆 炸 荷 载 对 应 的 弹 性 极 限 位 移 ，

mm；［γe］u 为均布爆炸荷载对应的弹性极限位移，mm。

结合式（22）和（23），可得两种爆炸荷载对应的抗

力动力系数的比值：

[ ]Kh l
[ ]Kh u

= 1

2 - R
l

（26）

其 中 ：［Kh］l 为 局 部 爆 炸 荷 载 对 应 的 抗 力 动 力 系 数 ；

［Kh］u 为均布爆炸荷载对应的抗力动力系数。

由于等效系数以及荷载随时间变化规律一致，局

部和均布爆炸荷载采用相同的 Kh~β 关系，可按第 3.2
节所示的方法进行计算。再结合公式（26），可得到两

种爆炸荷载作用下顶板的延性比比值［β］l/［β］u。进一

步 地 ，将 该 比 值 与 公 式（25）相 乘 ，即 可 得 到 两 种 爆 炸

荷载作用下顶板的最大位移比值：

[ ]γ
l

[ ]γ
u

=
[ ]β

l
[ ]γe l

[ ]β
u
[ ]γe u

（27）

图 6 展示了局部与均布爆炸荷载作用下顶板的最

大位移比值，为方便讨论，令 θr=5 且 θd=10，R/l 分别取

0.1、0.3、0.5、0.7 和 0.9。 可 以 看 出 ，爆 炸 荷 载 的 局 部

化特征越显著（R/l 越小），局部与均布爆炸荷载作用下

顶 板 的 最 大 位 移 差 异 越 大 ，两 者 最 大 相 差 9.7 倍 。 这

表明，采用荷载总冲量相同的原则对局部荷载进行等

效处理，会导致极大的误差。

5.3 抗力动力系数

理论上，抗力动力系数 Kh 与延性比 β 的关系受到

典型局部爆炸荷载随时间和空间上变化规律的共同影

响。然而，在第 5.1 节的讨论中发现，尽管真实体系在

表 8　振型函数的选取对动力系数计算的影响

Table 8　The influence of mode shape function selections on the calculation of dynamic coefficients

R/l

0.3
0.5
0.7
0.9

ω / s-1

468.36
370.75
311.13
275.46

KML

0.5250
0.5422
0.5622
0.5939

K̄ML

0.3704
0.4000
0.4348
0.4762

Kd

simulated result
1.483
1.492
1.498
1.503

theoretical value
0.975
1.213
1.366
1.443

error / %
-34.203
-18.724
  -8.858
-  3.996

Kh

simulated result
1.040
0.669
0.520
0.444

theoretical value
0.860
0.784
0.695
0.619

error / %
-17.287
  17.188
  33.673
  39.489
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陈力，刘思嘉

跨中承受局部荷载，但在工程设计中，主振型也应取均

布荷载作用下的静挠曲线形状，等效系数也应取均布

荷载作用下计算得到的等效系数。这意味着在典型局

部爆炸荷载作用下，抗力动力系数 Kh 与延性比 β 的关

系仅与荷载随时间的变化规律有关。因此，以下对 Kh

进行参数讨论，以阐明其影响规律。

首先固定 θd，分别取为 1、10 和 50，再令 θr=αθd，其

中 α 取为 0.1、0.3、0.5、0.7 和 0.9，从而得到 Kh 与 β 的一

系列关系曲线。通常情况下，结构构件的允许延性比

范围为 1~5［27］，因此图中仅展示延性比在 1~5 范围内

的 Kh 与 β 关系曲线，如图 7a~7c 所示。观察所有曲线

的变化趋势，可以发现 Kh 与 β 呈负相关，结合 Kh 的定义

（Kh=Rm/Pm），这表明在结构塑性响应阶段，结构发生塑

性变形的程度越大，其可承受的爆炸荷载峰值也越大。

图 7a 展 示 了 θd=1 时 ，Kh 与 β 的 一 系 列 关 系 曲 线 。

结果表明，无论 α 取何值，Kh 与 β 的关系大致重合。当

荷载总作用时间固定时，无论 α 取何值，荷载的总冲量

保 持 不 变 。 这 意 味 着 ，当 荷 载 总 作 用 时 间 较 短 时

（θd≤1），荷载随时间的变化规律对结构响应几乎没有

影响，可视为对结构施加了一固定冲量。

图 7b 展示了 θd=10 时，Kh 与 β 的一系列关系曲线。

可 以 发 现 ，荷 载 升 压 时 间 的 存 在 使 得 Kh 显 著 减 小 ，有

利于结构在发生相同塑性变形程度的情况下承受更大

的爆炸荷载峰值。同时，当 β≤1.3 时，α 从 0.7 增至 0.9
时，Kh 反而增加。这表明，在结构发生较小塑性变形且

升压时间已足够长的情况下，进一步增加升压时间会降

低结构能够承受的爆炸荷载峰值。因此，当荷载总作用

时间适中时（θd接近 10），适当的升压时间有利于结构承

受更大的爆炸荷载峰值，但升压时间的增加需适度。

图 7c 展示了 θd=50 时，Kh 与 β 的一系列关系曲线。

当 α 超过 0.3 时，各 Kh 与 β 的关系曲线大致重叠。这说

明当荷载总作用时间较长（θd≥50）时，升压时间增大至

一定程度后，进一步增加升压时间对结构承受更大的

爆炸荷载峰值的作用有限。

6 结 论

本文以浅埋成层式工事的支撑结构层顶板为研究

图 6　局部与均布爆炸荷载作用下顶板的最大位移对比

Fig. 6　 Comparison of maximum displacement of roof under 
localized and uniformly distributed blast loads

a.　θd=1

b.　θd=10

c.　θd=50

图 7　荷载随时间变化规律对 Kh 与 β 关系的影响规律

Fig.7　 The influence of load variation with time on the rela‑
tionship between Kh and β
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对象，提出了结构在弹性以及塑性响应阶段的动力分

析方法，研究成果可为浅埋支撑结构层的抗爆设计提

供参考。得到的主要结论如下：

（1）虽 然 结 构 在 跨 中 承 受 局 部 爆 炸 荷 载 ，但 在 设

计中宜将均布荷载作用下的静挠曲线形状作为主振型

函数，从而计算等效系数；

（2）按照荷载总冲量相同且荷载随时间变化规律

一致的原则，对局部爆炸荷载进行均布等效以设计结

构的做法，会导致极大的误差。对于四端简支的情况，

两种爆炸荷载作用下顶板的最大位移的差异最大可达

9.7 倍；

（3）当 结 构 处 于 塑 性 响 应 阶 段 ，抗 力 动 力 系 数 Kh

与 β 呈负相关，结构进入塑性的程度越大，可承受的爆

炸荷载峰值越大；当荷载总作用时间较短（θd≤1）时，相

当于对结构施加一固定冲量；当荷载总时间适中（θd 接

近 10）时，适当的升压时间有利于结构承受更大的爆

炸荷载峰值，但升压时间的增加需适度；当荷载总作用

时间较大（θd≥50）时，升压时间增大至一定程度后，进

一步增加升压时间对结构承受更大的爆炸荷载峰值的

作用有限。
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Dynamic Analysis Method for Supporting Structural Layers in Shallow⁃Buried Fortifications under Localized 
Blast Loads

CHEN Li， LIU Si⁃jia
（Engineering Research Centre of Safety and Protection of Explosion & Impact of Ministry of Education， Southeast University， Nanjing 211189， China）

Abstract： To address the issue of highly localized blast loads caused by limited distribution layers in shallow‑buried layered forti‑
fications， an equivalent single‑degree‑of‑freedom （SDOF） dynamic analysis method considering the characteristics of localized 
loads was proposed. This method was used for evaluating the response of the roof slab of supporting structural layers. Based on 
the selected mode shape functions and the energy equivalence principle， dynamic coefficient calculation methods for both elas‑
tic and plastic response stages of the structure were established. The validity of the method was verified through finite element 
simulations. Results indicate that the static deflection curve under uniformly distributed loads can still serve as the mode shape 
function under localized loads， with acceptable deviations. If localized loads are simplified to uniformly distributed loads for de‑
sign purposes based on equal impulse principle， the maximum displacement of the structure may be significantly underestimat‑
ed， with errors potentially reaching up to 9.7 times. In the plastic response stage of the structure， the dynamic coefficient of struc‑
tural resistance is negatively correlated with the degree of plastic deformation， indicating that the more fully developed plastic de‑
formation results in stronger structure's ability to resist blast loads. The product of the total load duration and the structure’s natu‑
ral frequency significantly influences the structural response： when this value is less than or equal to 1， the response is 
impulse‑dominated； when it approaches 10， moderately extending the pressurization time favours structural resistance to blast 
loads； when the product exceeds 50， the beneficial effect of extending the pressurization tends to saturate. This method effective‑
ly characterizes the dynamic response characteristics of supporting structure layers in shallow‑buried fortifications under local‑
ized blast loads， providing a theoretical support for the blast‑resistant design of related protective structures.
Key words： blast‑resistant structure；layered configuration；supporting structural layer；localized load；dynamic coefficient；
blast‑resistant design
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图文摘要：

Shallow‑buried layered fortifications often experience highly localized blast loads due to limited distribution layers， especially 
under complex geological conditions. Existing design methods based on uniform load assumptions fail to characterize such 
localized effects. This study developed a modified single‑degree‑of‑freedom （SDOF） dynamic analysis method that incorporates 
the spatial and temporal characteristics of localized blast loads. A dynamic coefficient framework was established for both elastic 
and plastic stages， enabling accurate response prediction under localized loading. The proposed approach provides a theoretical 
tool for improving the blast‑resistant design of protective structural components in shallow‑buried fortifications.
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