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Предложена модель взрывной нагрузки, которая генерирует несколько кривых импульса в зави-
симости от масштабированного расстояния и, таким образом, точно рассчитывает распределе-
ние взрывной нагрузки по поверхности структуры. Пригодность модели исследована путем чис-
ленного моделирования методом конечных элементов экспериментов по нагружению стальных
пластин взрывом и сравнения рассчитанных прогибов с измерениями. Результаты показывают,
что предлагаемая модель точно вычисляет распределение взрывной нагрузки по поверхности
структуры, прогнозируемые профили прогиба стальных пластин оказались ближе к измерен-
ным профилям, чем рассчитанные по моделям прогиба, генерирующим только одну кривую
нормированного импульса.
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ВВЕДЕНИЕ

Взрывная волна, генерируемая при дето-
нации взрывчатого вещества, падает на по-
верхность конструкции и отражается с уси-
лением давления в ней. Отраженное давле-
ние взрыва становится ударной нагрузкой на
поверхность структуры. Изменение давления
взрыва во времени называют в исследовани-
ях по-разному: историей давления-времени [1],
профилем давление — время [2], историей дав-
ления взрыва [3]. В этом исследовании исполь-
зуется термин «история давления-времени».

Интегрирование истории давления-
времени дает значение импульса в некоторой
точке в течение определенного периода. Им-
пульс изменяется в зависимости от угла
падения ударной волны. Изменение импульса
по поверхности структуры представляется
кривой, которая используется для расчета
взрывной нагрузки на поверхность структуры,
подвергнутой взрыву на определенном рассто-
янии от нее. Существует разработанная рядом
исследовательских групп алгебраическая фор-
мула кривой импульса для вычисления общего
распределения взрывной нагрузки. Ниже эту
алгебраическую формулу для удобства будем

c©Bum Suk Jang, Soo Ho Lee, Youngseog Lee.
Department of Mechanical Engineering, Chung-Ang

University, Seoul 156-756, Korea.

называть моделью взрывной нагрузки.
Авторы работы [4] впервые представили

модель взрывной нагрузки и применили ее к
трехмерной программе расчета методом конеч-
ных элементов. В их модель входит функция
косинуса угла падения, который определяется
как угол между нормалью к поверхности и век-
тором, направленным от поверхности к источ-
нику взрыва. Для моделирования взрыва [4] ис-
пользуются коммерческие FE-коды, такие как
LS-Dyna [5], Abaqus [3] и Autodyn [6]. В некото-
рых случаях [2, 7–10] результаты моделирова-
ния с использованием модели [4] согласуются с
экспериментальными, но в ряде случаев отме-
чена заметная разница между моделированием
методом конечных элементов и результатами
эксперимента [11, 12].

Авторы [13] предложили модель взрывной
нагрузки с функцией тангенса угла падения.
Модель была реализована в программе Abaqus,
чтобы изучить динамический отклик квадрат-
ных пластин с сотовым наполнителем и жест-
ких пластин, изготовленных из супераустенит-
ной нержавеющей стали, и проведено сравне-
ние результатов моделирования методом конеч-
ных элементов с экспериментальными наблю-
дениями.Однако сравнивались только прогибы
центра тестовых пластин, но не полные профи-
ли прогибов, поэтому точность моделирования
не может быть оценена адекватно.
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В руководстве по строительству защит-
ных сооружений США TM 5-1300 [1] говорит-
ся, что форма импульсной кривой может изме-
няться для разных значений масштабирован-
ного расстояния. Тем не менее модели [4] и [13]
создают только одну кривую импульса с фикси-
рованной формой независимо от изменения мас-
штабированного расстояния z, которое опре-
деляется как отношение расстояния до центра
взрыва (r) к кубическому корню эквивалентной

массы (w) взрывчатого вещества (z = r/w
1/3

[м/кг1/3]). Следовательно, взрывная нагрузка
на поверхность конструкции, рассчитанная по
этим двум моделям, может быть значительно
больше или меньше реальной.

В данном исследовании предложена мо-
дель, которая генерирует несколько кривых им-
пульса соответствующих форм, так что рас-
пределение взрывной нагрузки по поверхности
структуры может быть рассчитано более точ-
но. Модель построена на основе модели [13],
но в нее введена весовая функция. Весовая
функция выражается в экспоненциальной фор-
ме, которая дает непрерывно затухающую кри-
вую после достижения максимального значе-
ния. Таким образом, эта функция регулирует
форму кривой импульса в соответствии с мас-
штабированным расстоянием и одновременно
генерирует набор кривых импульса.

Чтобы проверить полезность предложен-
ной модели, выполнен анализ методом конеч-
ных элементов с использованием программы
Abaqus/Explicit. Распределение взрывной на-
грузки рассчитывалось при помощи подпро-
граммы VDLOAD, в которой реализована дан-
ная модель и в которую введены полино-
мы, предложенные в [14] для расчета истории
давления-времени. Моделировалось действие
взрыва на четырехугольные жесткие стальные
пластины, проведено сравнение рассчитанных
профилей прогиба пластин с измеренными про-
филями.

1. ТЕОРЕТИЧЕСКИЕ ОСНОВЫ

1.1. История давления-времени
и отраженный импульс

На рис. 1 показана зависимость давления
взрыва от времени в некоторой точке, называ-
емая историей давления-времени. В работе [15]
предложена идеализированная форма этой за-
висимости:

Рис. 1. Падающий (pi) и отраженный (pr)
профили давление— время идеализированной
взрывной волны:

I — площадь = импульс, patm — атмосферное
давление, индексом peak обозначено максималь-
ное давление

p(t) = patm + ppeak

[
1− t

td

]
exp

(
− bt

td

)
, (1)

где patm — атмосферное давление, ppeak —
пиковое давление взрывной волны, td — дли-
тельность существования давления, b — коэф-
фициент затухания давления, t — время, про-
шедшее от момента прихода волны. Эти пара-
метры взрыва (ppeak, td, b), соответствующие
масштабированному расстоянию, могут быть
определены с использованием полиномов [14].
После того, как давление достигает пикового
значения, оно экспоненциально уменьшается до
атмосферного и далее становится меньше его.
Полиномы [14] автоматизированы в компью-
терном коде CONWEP, который представля-
ет собой алгоритм, рассчитывающий парамет-
ры взрыва и историю давления-времени при
заданных значениях массы взрывчатого веще-
ства (ВВ) и расстояния от точки взрыва [16].

Когда взрывная волна падает на твердую
поверхность, она отражается, при этом давле-
ние в отраженной волне (см. рис. 1) в 2÷ 12 раз
превышает давление в падающей волне [1]. По-
скольку взрывная нагрузка является динами-
ческой, при ее расчете необходимо учитывать
время воздействия. Поэтому взрывная нагруз-
ка, действующая на поверхность конструкции,
равна отраженному импульсу, который рассчи-
тывается интегрированием по времени давле-
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ния в отраженной волне pr:

Ir =

t∫
0

pr(t)dt, (2)

где Ir — отраженный импульс.

1.2. Существующие модели взрывной нагрузки

Взрывная нагрузка, т. е. отраженный им-
пульс, неодинакова по поверхности структуры
в силу того, что форма взрывной волны близка
к сферической. Авторы [4] описали распреде-
ление отраженного импульса в произвольных
точках поверхности структуры, подвергшейся
действию взрыва, путем введения косинусной
функции:

Icr(θ) = Ir cos
2 θ + Ii(1 + cos2 θ − 2 cos θ), (3)

где Ir — отраженный по нормали импульс
(θ = 0), Ii — падающий по нормали импульс
(θ = 0), θ — угол падения. Рис. 2 иллюстриру-
ет, каким образом определяется угол падения
между нормалью к поверхности структуры и
вектором от произвольной точки на поверхно-
сти структуры до точки взрыва. В дальнейшем
модель ударной нагрузки для удобства называ-
ем просто моделью.

Поскольку в диапазоне малых значений
масштабированного расстояния (0.05 � z �
0.3) давление в отраженной волне в 10 ÷ 12 раз
больше, чем в падающей [1], авторы [13] при
расчете Icr(θ) учитывали только отраженный

Рис. 2. Определение угла падения между точ-
кой взрыва и поверхностью структуры

Рис. 3. Зависимость кривых нормированного
импульса от угла падения:
1 — модель [4], Icr(θ)/Ir = cos2 θ + (Ii/Ir)(1 +
cos2 θ − 2 cos θ), Ii = 0.1Ir; 2 — модель [13],
Icr(θ)/Ir = exp(− tan2 θ)

по нормали импульс и не учитывали падающий
по нормали импульс:

Icr(θ) = Ir exp(− tan2 θ). (4)

В дальнейшем отраженный импульс ради удоб-
ства называем просто импульсом.

Для того чтобы лучше понять характе-
ристики модели, мы использовали отношение
Icr/Ir. В данной работе зависимость этого от-
ношения от угла падения называется кривой
нормированного импульса. Кривые нормиро-
ванного импульса, рассчитанные по моделям
[4] и [13], представлены на рис. 3. Уменьше-
ние нормированного импульса с ростом угла
падения указывает на то, что нагрузка в точ-
ке θ �= 0, удаленной от средней точки θ = 0,
уменьшается по мере увеличения угла паде-
ния. Следовательно, кривую нормированного
импульса можно понимать как распределенную
нагрузку, действующую на поверхность струк-
туры.

Предложенные ранее модели дают един-
ственную кривую нормированного импульса
независимо от изменения масштабированного
расстояния z, как это видно из уравнений (3)
и (4), где z отсутствует. Это указывает на
то, что данные модели могут завышать или
занижать взрывную нагрузку на поверхность
структуры при изменении масштаба.
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1.3. Предлагаемая модель взрывной нагрузки

В данной работе предлагается модель, ко-
торая может генерировать набор нормирован-
ных импульсных кривых. Для этого в модель
[13] вводится весовая функция β(z), в резуль-
тате формы кривых нормированного импуль-
са меняются при изменении масштабированно-
го расстояния z. Предлагаемая модель имеет
вид

Icr(θ, z) = Ir exp(−β(z) tan2 θ). (5)

Весовая функция выражается в экспоненциаль-
ной форме, которая дает непрерывно затухаю-
щую кривую после достижения максимального
значения:

β = a[1 + b(z − c)] exp(−b(z − c)) + d. (6)

Коэффициенты a, b, c в уравнении (6) опреде-
ляются моделированием методом конечных эле-
ментов результатов экспериментов [13] по дей-
ствию взрыва на пластины из нержавеющей
стали. Значение d выбрано равным 20 % от
предельного значения β.

На рис. 4 показаны кривые нормированно-
го импульса, генерируемые моделями ударной
нагрузки [4, 13], и кривые, создаваемые моде-
лью, предложенной в данной работе. Так как
в моделях [4, 13] полагается β = 1, то каж-
дая из них дает только одну кривую норми-
рованного импульса. Если β изменяется, то в

Рис. 4. Кривые нормированного импульса, ге-
нерируемые существующими моделями удар-
ной нагрузки и моделью, предложенной в дан-
ной работе

соответствии с уравнением (5) меняется и фор-
ма кривой. Различные значения β показывают,
что масса ВВ изменяется для фиксированного
масштабированного расстояния и наоборот.

2. ЭКСПЕРИМЕНТ

Чтобы определить коэффициенты весовой
функции в уравнении (6) и подтвердить при-
менимость предлагаемой модели, необходимы
полномасштабные взрывные испытания. Одна-
ко их проведение очень дорого. Поэтому ис-
пользовались результаты испытаний, описан-
ные в исследованиях [13, 17].

2.1. Деформация пластины из нержавеющей стали

В работе [13] описаны эксперименты по
определению деформации под действием взры-
ва квадратных пластин с сотовым наполни-
телем и пластин из супераустенитной нержа-
веющей стали (49Fe24Ni21Cr6Mo (мас.) %). В
настоящей работе использованы результаты
только экспериментов со стальными сплошны-
ми пластинами. Схема экспериментов показана
на рис. 5. Заряды тротила (ТНТ) массой 1, 2
и 3 кг размещались на расстоянии 100 мм от
центра пластины. Толщина пластин 12.7 мм,
длина и ширина 610 мм. Пластины были зажа-
ты между фиксаторами, а между пластинами
и фиксаторами помещены прокладки.

2.2. Деформация четырехугольных усиленных
пластин

В работе [17] эксперименты проведены с
четырехугольными пластинами из мягкой ста-
ли, усиленными ребрами жесткости (рис. 6).

Рис. 5. Постановка экспериментов в работе
[13] (толщина тестовой пластины 12.7 мм):
а — схема, б — вид в разрезе
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Рис. 6. Постановка экспериментов в работе
[17] (толщина тестовой пластины 1.6 мм)

Толщина пластин 1.6 мм, длина и ширина
226 мм. Пластины зажимались между фикса-
торами так, что площадь поверхности, под-
вергавшаяся действию взрыва, равна 126 ×
126 мм. Взрывчатое вещество PE4 массой
20.5 г в форме прямоугольного кольца разме-
щалось на расстоянии 12 мм от пластин. Ис-
пытывались пластины с различными вариан-
тами усиления: плоские (без ребер жесткости),
с одним ребром, с двумя ребрами, с пересекаю-
щимися ребрами и с двойными пересекающи-
мися ребрами. Результаты [17] использованы
для проверки применимости модели, предло-
женной в настоящей работе. Выбраны неуси-
ленные (без ребер жесткости) пластины и пла-
стины с двумя ребрами жесткости.

3. МОДЕЛИРОВАНИЕ
МЕТОДОМ КОНЕЧНЫХ ЭЛЕМЕНТОВ

На рис. 7 показана блок-схема пользова-
тельской подпрограммы VDLOAD, используе-
мой в этом исследовании для расчета значений
импульса, которые должны быть заданы в каж-
дом узле на поверхности структуры, подверг-
нутой взрыву.

3.1. Моделирование экспериментов [13]

Заряд располагался на расстоянии 100 мм
от верхней поверхности пластины (см. рис. 5).
Значения массы ВВ 1, 2, 3 кг использованы в
качестве входных параметров при расчете. Со-
ответствующие значения масштабированного
расстояния равны z = 0.1, 0.079 и 0.069 м/кг1/3.

Рис. 7. Блок-схема пользовательской подпро-
граммы VDLOAD, используемой в данной ра-
боте

Моделировалась только одна четвертая
часть пластины с центром, расположенным в
начале плоскости X–Y , в предположении сим-
метрии решения. Все степени свободы, вклю-
чая вращательную, зафиксированы на грани-
цах сторон X = L1 и Y = L1, где L1 = 305 мм.
Границы X и Y симметрии определены на по-
верхностях X = 0 и Y = 0 (см. рис. 5). Пла-
стина дискретизирована с использованием эле-
ментов C3D8R с пятью слоями элементов по
толщине пластины. В сумме использовалось
120 × 120 × 5 элементов.

Для моделирования упругопластическо-
го поведения пластины применялась модель
Джонсона— Кука [18] со следующими коэффи-
циентами и константами: A = 400 МПа, B =
1500 МПа, C = 0.045, n = 0.4, m = 1.2, ε̇0 =
0.001 с−1. Температура перехода составляла
293 K, а температура плавления — 1800 K.
Механические свойства пластины следующие:
модуль Юнга E = 1.61 · 105 МПа, коэффициент
Пуассона ν = 0.35, плотность ρ = 7850 кг/м3

[19].

3.2. Моделирование экспериментов [17]

В экспериментах [17] использовался заряд
ВВ PE4 массой 20.5 г, а не ТНТ, как в рабо-
те [13]. Кроме того, этот заряд был сформи-
рован в два концентрических прямоугольных
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кольца (см. рис. 6) и расположен очень близ-
ко к пластине (12 мм между ВВ и пластиной),
так что взрывная нагрузка тестовой пластины
была достаточно равномерной. Однако модели
взрывной нагрузки (уравнения (3)–(5)) предпо-
лагают, что заряд ВВ точечный, поэтому необ-
ходимо было рассчитать эквивалентное рассто-
яние для заряда в форме прямоугольного коль-
ца. Прежде всего, на основании результатов
[20] определена масса заряда ТНТ, эквивалент-
ная 20.5 г ВВ PE4, — она оказалась в 1.37 раза
больше.

В экспериментах [17] измеренный импульс
составлял 31 и 37 Н · с соответственно для
плоской пластины (без ребер жесткости) и пла-
стины с двумя ребрами жесткости. После под-
становки измеренных значений импульсов и
рассчитанной эквивалентной массы ТНТ в по-
линомы [14] получены масштабированные рас-
стояния z = 0.207 и 0.187 м/кг1/3. Затем на
основании выражения z = re/w

1/3 получены
эквивалентные расстояния от заряда до пла-
стины re = 62.8 и 56.8 мм соответственно.

Моделировалась половина квадратной
пластины из мягкой стали с прикрепленны-
ми четырехугольными ребрами жесткости с
центром пластины, расположенным в начале
плоскости X–Y . Использовались элемен-
ты C3D8R с пятью слоями элементов по
толщине пластины, общее число элементов
100 × 100 × 5. Все степени свободы, включая
вращательную, были зафиксированы на грани-

Влияние размера сетки
на время моделирования экспериментов [13] и [17]

Количество
элементов

Максимальный
остаточный
прогиб, мм

Время работы
центрального
процессора, с

Эксперименты [13]

100 × 100 × 5 32.7 3 892

120 × 120 × 5 33.5 5 628

150 × 150 × 5 34.4 9 971

200 × 200 × 5 34.2 23 386

Эксперименты [17]

60 × 60 × 5 22.8 2 481

80 × 80 × 5 23.4 4 771

100 × 100 × 5 23.5 6 451

150 × 100 × 5 23.7 18 146

це X = L2, где L2 = 63 мм. Граничные условия
Y -симметрии определены на плоскости Y = 0.

В работе [17] при моделировании пред-
полагалось, что материал деформируется как
жесткий вязкопластичный. Поэтому поведение
пластины из мягкой стали при заданной ско-
рости деформации описывали по модели [21] со
следующими коэффициентами и константами:
σy = 242 МПа, ε̇0 = 40 с−1, η = 5. Механи-
ческие свойства стали приняты следующими:
E = 210 ГПа, ν = 0.33, ρ = 7 769 кг/м3.

Для двух вариантов моделирования, опи-
санных выше, определялась чувствительность
решения к размеру сетки. Чтобы найти адек-
ватный размер сетки, который дает правиль-
ный результат с приемлемыми вычислитель-
ными затратами, для каждой модели исполь-
зовались четыре разных размера элемента. В
таблице приведены расчетные максимальные
значения остаточного прогиба центра тестовой
пластины и время работы процессора, требуе-
мое при различных конфигурациях сетки.

4. РЕЗУЛЬТАТЫ И ОБСУЖДЕНИЕ

4.1. Определение коэффициентов весовой функции

На рис. 8 показаны расчетные и измерен-
ные профили прогиба тестовой пластины от
центра (точка A) до ее конца (точка B) в экс-
перименте [13]. Рассчитанные прогибы в точке
B равны нулю. Однако измеренные значения в
точке B не являются нулевыми, так как конец
тестовой пластины зажимается болтами, кото-
рые деформируются во время испытания.

Измеренные и рассчитанные профили про-
гиба на рис. 8,а получены при массе ВВ 1 кг
(z = 0.1 м/кг1/3). При β = 0.9 расчетный про-
филь прогиба находится в хорошем соответ-
ствии с экспериментами.Модель [4] значитель-
но завышает прогиб вблизи центра пластины
(точка A), это указывает на то, что значения
нормированного импульса на кривой, генери-
руемой этой моделью, уменьшаются слишком
медленно по мере увеличения угла падения θ
(см. рис. 4). В то же время модель [13] зани-
жает профиль прогиба, поскольку кривая нор-
мированного импульса, создаваемая ею, быст-
ро уменьшается, начиная со значения θ ≈ 40◦,
как показано на рис. 4.

На рис. 8,б приведены измеренные и рас-
считанные профили прогиба при массе ВВ 2 кг
(z = 0.079 м/кг1/3). В этом случае модели
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Рис. 8. Зависимость прогиба (f) от расстоя-
ния до центра пластины (r) при взрыве заряда
ТНТ массой 1 (а), 2 (б), 3 кг (в)

[13] и [4] соответственно занижают и завыша-
ют профиль прогиба относительно эксперимен-
тального, как и на рис. 8,а. Причина заключа-
ется в поведении кривых нормированного им-
пульса, создаваемого этими моделями, как уже
отмечалось выше (см. рис. 4). Профиль про-
гиба, рассчитанный по предлагаемой модели
(β = 0.85), хорошо соответствует измеренно-
му: занижение и завышение прогиба на разных
участках меньше, чем в двух других моделях.
Это является следствием того, что кривая нор-
мированного импульса, т. е. взрывная нагруз-
ка, рассчитана должным образом.

На рис. 8,в представлены измеренные и
рассчитанные профили прогиба при массе ВВ
3 кг (z = 0.069 м/кг1/3). В то время как модель
[4] занижает профиль прогиба, а модель [13] за-
нижает его еще больше, предложенная модель
(β = 0.45) хорошо согласуется с эксперимен-
том. Данный результат — это следствие того,
что кривые нормированного импульса, генери-
руемые моделями [13] и [4], падают значитель-
но быстрее, чем при расчете по предлагаемой
нами модели. Это означает, что существующие
модели не могут правильно отразить поведение
импульсной кривой из-за изменения масштаби-
рованного расстояния.

Рис. 9. Зависимость весовой функции от мас-
штабированного расстояния:
1 — модель [13], Icr(θ) = Ir exp(−1 · tan2 θ), 2 —
модель авторов, Icr(θ, z) = Ir exp(−β(z) tan2 θ),
β = a[1 + b(z − c)] exp(−b(z − c)) + d
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Таким образом, определены значения β =
0.9, 0.85, 0.45, соответствующие z = 0.1, 0.079,

0.069 м/кг1/3. На рис. 9 показан вид функции
β(z), построенной по этим данным, предпола-
галось, что после достижения максимума функ-
ция β уменьшается экспоненциально.

Таким образом, весовая функция (уравне-
ние (6)) определена как

β = 0.75[1 + 41.3(z − 0.090)] ×
× exp[−41.3(z − 0.090)] + 0.20. (7)

Значение 0.20 составляет 20 % от предельного
значения β.

4.2. Динамический отклик
пластины из нержавеющей стали

На рис. 10 показан процесс деформирова-
ния пластины из нержавеющей стали толщи-
ной 12.7 мм под действием взрывной нагруз-
ки — зависимость прогиба в средней точке от
времени.

Доминирующей является пластическая де-
формация, поскольку стальная пластина под-
вергается воздействию ударной волны от взры-
ва 3 кг ТНТ при расстоянии от точки взры-
ва 100 мм. Разница между неустановившимся

Рис. 10. Моделирование экспериментов [13].
Зависимость максимального прогиба в сред-
ней точке пластины от времени:
толщина пластины из нержавеющей стали
12.7 мм, масса заряда ТНТ 3 кг, расстояние от
точки взрыва 100 мм

максимальным прогибом и остаточным проги-
бом в средней точке в результате упругой ре-
акции составляет ≈10 мм. Прогиб достигает
вре́менной максимальной величины в течение
1.6 мс, а затем стабилизируется на остаточном
значении примерно к 3 мс. Колебание на ран-
ней стадии невелико. Это связано с тем, что
пластина деформируется при взрыве относи-
тельно большого заряда ВВ на небольшом рас-
стоянии от нее.

4.3. Проверка предлагаемой модели

Для проверки предлагаемой модели мы
провели точное моделирование методом ко-
нечных элементов экспериментов [17]. Взрыв-
ная нагрузка рассчитывалась по подпрограмме
VDLOAD, в которой реализована эта модель.

На рис. 11 показаны измеренные и рассчи-
танные профили прогиба вдоль траектории от
границы (точка C) до центра (точка D) плос-
кой (без ребер жесткости) пластины. Масшта-
бированное расстояние равно z = 0.207 м/кг1/3.
По сравнению с профилями прогиба, создавае-
мыми другими моделями, прогиб, полученный
по предлагаемой модели, очень хорошо согла-
суется с измерениями на отрезке от ≈45 мм
(что соответствует θ = 55◦) до ≈80 мм (θ =
40◦). Что касается максимальных отклонений,
то расчет по модели [13] дает прогиб на 37 %

Рис. 11. Сравнение результатов расчета про-
гиба плоской (без ребер жесткости) пласти-
ны, подвергнутой взрыву заряда PE4 массой
20.5 г, с данными экспериментов
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меньше экспериментального, а по модели [4] он
еще меньше. Максимальная разница составила
−49.1 %. Однако при использовании предлага-
емой модели максимальная разница уменьша-
ется до −14.4 %. Несмотря на то, что конфи-
гурация пластины с двумя ребрами жесткости
несколько отличается от пластины без ребер
жесткости, предлагаемая модель все же дает
разумные результаты. Поэтому сделан вывод,
что данная модель может быть использована
при моделировании методом конечных элемен-
тов взрывного нагружения пластин, усиленных
ребрами жесткости, которые имеют разные по-
перечные сечения и различные конфигурации.
Однако существует предел применения моде-
ли — она не может быть применена к пла-
стине с искривленной поверхностью, но ребра
жесткости могут быть прикреплены на тыль-
ной стороне пластины, к которой прикладыва-
ется взрывная нагрузка.

На рис. 12 показаны измеренные и рассчи-
танные профили прогиба пластины, к которой
прикреплены два ребра жесткости. Масштаби-
рованное расстояние составляет 0.187 м/кг1/3.
По сравнению с профилями прогиба, созда-
ваемыми другими моделями, профиль проги-
ба, рассчитанный по предлагаемой модели, до-
вольно близко соответствует измерениям на
отрезке примерно от 45 мм (что соответству-

Рис. 12. Сравнение результатов расчета про-
гиба пластины с двумя ребрами жестко-
сти, подвергнутой взрыву заряда PE4 массой
20.5 г, с данными экспериментов

ет θ = 50◦) до ≈80 мм (θ = 35◦). Чтобы ко-
личественно оценить полезность предложенной
модели, были определены максимальные рас-
хождения между измерениями и расчетами в
центре пластины (точка D). Модель [13] да-
ет значение на 35.6 % меньше измеренного,
а по модели [4] уменьшение еще больше —
49.6 %. В то же время при расчете по мо-
дели данной работы максимальное уменьше-
ние по сравнению с экспериментом составило
лишь 14.3 %. Поэтому предлагаемая модель да-
ет относительно точные результаты, посколь-
ку соответствующая кривая нормированного
импульса получена в соответствии с масшта-
бированным расстоянием z и поэтому взрывная
нагрузка рассчитана правильно. Отсюда сле-
дует, что предлагаемая модель может исполь-
зоваться в диапазоне масштабированных рас-
стояний 0.069÷ 0.207 м/кг1/3.

ЗАКЛЮЧЕНИЕ

В работе предложена модель, которая со-
здает несколько кривых нормированного им-
пульса. Происходит это за счет введения в мо-
дель [13] функции взвешивания. Применимость
предлагаемой модели подтверждена путем мо-
делирования методом конечных элементов ди-
намического отклика (прогиба) четырехуголь-
ных усиленных стальных пластин, подвергну-
тых взрывной нагрузке, и сравнением резуль-
татов расчета с экспериментальными. Сдела-
ны следующие выводы.

1. Предложенная модель точно рассчиты-
вает распределение взрывной нагрузки по по-
верхности структуры даже при изменении мас-
штабированного расстояния. Точность расче-
та по этой модели динамического отклика че-
тырехугольных усиленных стальных пластин
увеличилась примерно на 35 %.

2. Предлагаемая модель может быть полез-
на для моделирования методом конечных эле-
ментов взрывной нагрузки на стальную пла-
стину с любым типом конфигурации, если мас-
штабированное расстояние находится в преде-
лах 0.069÷ 0.207 м/кг1/3, а поверхность пла-
стины плоская.

3. Применимость предлагаемой модели мо-
жет быть расширена, если в дальнейшем будут
получены дополнительные данные во взрыв-
ных экспериментах.

Исследование поддержано стипендией для
выпускников университета Чунг-Анг в 2015 г.
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и грантом Национального исследовательского
фонда, финансируемого правительством Кореи
(NRF-2016R1D1A1B03935327).
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