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接触爆炸作用下钢桁梁桥的破坏模式

与剩余承载力*
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摘  要：钢桁梁桥通常由大量细长杆件构成，是铁路桥梁的主要形式之一，在服役过程中面临由无人机爆炸袭击

引发的整桥倒塌破坏威胁。针对铁路钢桁梁桥在接触爆炸作用下的破坏模式及剩余承载力劣化规律开展了数值模拟分

析。首先，通过对加劲钢板与钢箱拱的爆炸试验以及工字钢柱爆炸后剩余承载力进行数值模拟，验证了分析方法的可

靠性；其次，针对接触爆炸下上弦杆构件的损伤破坏和整桥剩余承载力开展了网格敏感性分析；然后，明确了典型钢

桁梁桥的最不利杆件，探究了爆炸当量对剩余承载力的影响规律。最后，探讨了多点爆炸作用下整桥损伤破坏演变机

制。结果表明：接触爆炸作用下钢桁梁桥以杆件局部损伤为主要破坏形式，在 100 kg炸药当量工况下，上弦杆侧面与

顶面爆炸下整桥承载力分别降低了 29.8%和 18.0%，上弦杆侧面爆炸为最不利工况；随着上弦杆侧面爆炸炸药当量由

25 kg增加至 150 kg，整桥剩余承载力降幅由 8.8%扩大至 33.4%，以承载力损失与完好桥梁极限承载力之比为损伤因

子，建立了整桥损伤因子-炸药当量定量关系；多点爆炸工况下损伤因子增大至 0.452，结构冗余度与剩余承载性能较

单点爆炸工况显著降低。
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Failure mode and residual bearing capacity of steel truss bridge 
under contact explosions
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Abstract: Steel truss bridges are typically composed of a large number of slender members and represent one of the primary 

structural forms of railway bridges, facing the threat of overall collapse caused by explosions from unmanned aerial vehicles. 

Numerical simulation analysis was conducted on the failure mode and residual bearing capacity degradation law of railway steel 

truss bridges subjected to contact explosions. Firstly, the reliability of the numerical simulation method was verified by existing 

explosion tests on stiffened steel plates and steel box arches, as well as the residual bearing capacity of I-shaped steel column 

after explosion. Subsequently, mesh sensitivity analyses were performed for the damage and failure of upper chord member under 

contact explosions and for the residual bearing capacity of the entire bridge. Then, the most critical member of the bridge was 

identified by evaluating its residual performance under 100 kg TNT equivalent explosions at different locations. Furthermore, the 

variation of the residual bearing capacity with explosion yield was investigated. Finally, the evolution mechanism of damage and 
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failure of the entire bridge under multi-point explosions was discussed. The results show that, (i) under contact explosions, steel 

truss girder bridges are mainly characterized by localized member damage. For an explosive charge of 100 kg, the overall bridge 

bearing capacity decreases by 29.8% and 18.0% when the explosion occurs on the side and top surfaces of the upper chord 

member. The side explosion on the upper chord is the most unfavorable scenario. (ii) As the charge weight for side explosion on 

upper chord increases from 25 kg to 150 kg, the reduction in residual bearing capacity of the entire bridge increases from 8.8% 

to 33.4%. Taking the ratio of bearing capacity loss to the ultimate bearing capacity of intact bridge as the damage index, a 

quantitative relationship between the entire bridge damage index and the explosive charge weight is established. (iii) Under multi-

point explosion scenarios, the damage factor increases to 0.452, indicating the structural redundancy and residual bearing capacity 

are significantly reduced compared with those under single-point explosion conditions.

Keywords: steel truss bridge; contact explosion; failure mode; residual bearing capacity; multi-point explosion

0 引言
铁路桥梁作为关键交通基础设施之一，在经济发展和战略布局层面都具有重要地位。其中，钢桁

梁桥凭借其轻量化、承载能力强以及对列车动荷载缓冲性能优异等独特的结构优势，通常作为铁路工

程建设中的优选桥型，同时也是战时重点打击目标。例如，俄乌冲突中，克列缅丘格铁路大桥的损伤

破坏程度对保障铁路物资运输的安全稳定运行有重要影响[1]。此外，随着无人机技术的快速演变及其

在现代军事冲突中的高频应用[2-4]，针对交通枢纽设施的打击方式正逐渐演变为当代战争的新范式。

在面对无人机（群）打击时，钢桁梁桥中杆件损伤破坏与整桥剩余承载性能的关系尚不清晰，因此，

开展接触爆炸作用下钢桁梁桥的破坏模式与剩余承载能力研究具有重要意义。

近年来，国内外学者针对梁桥在爆炸荷载作用下的动力响应与防护措施开展了一系列研究。娄凡

和院素静等[5,6]为研究爆炸荷载下预应力混凝土连续 T梁桥的抗爆性能，开展了 1/5缩尺模型的近场
爆炸试验和数值模拟研究，系统分析了不同爆炸位置对桥梁动力响应、破坏模式及损伤程度的影响。

结果表明：跨中桥面爆炸主要引发局部冲切破坏，其中中梁跨中爆炸时主梁损伤最严重，而桥下爆炸

则易导致墩底冲剪破坏。Ma等[7]基于 FEMA规定的三种威胁等级，分析了典型四跨 RC梁桥在桥下
与桥上爆炸作用下的破坏模式与动力响应。结果表明：桥下爆炸可诱发从墩底局部剥落到整桥倒塌等

9种破坏模式，而桥上爆炸则主要表现为 8种局部破坏模式，并且提出了针对手提箱炸弹与轿车炸弹
的最小安全距离。王子国等[8]开展了爆炸作用下预应力 T梁桥桥面板局部损伤的快速评估数值模拟分
析。结果表明：爆炸位置、桥面板厚度、横隔板间距、TNT当量及比例爆距等因素对桥面破口横向
尺寸影响显著，提出了以破口横向尺寸为损伤指标的快速评估公式，用于预测爆炸后桥梁的通行能力。

在钢桁梁桥方面，李家辉等[9]针对两跨钢桁梁桥，开展了桥面在 1 kg ~23 kg箱包炸弹爆炸荷载作
用下的动力响应与生存能力评估的数值模拟研究。结果表明：钢桁梁桥的破坏模式根据破坏程度分为

三类，并明确两跨连接处为抗爆薄弱部位。同时，基于爆炸后桥梁应力、挠度及冲击系数对其生存能

力进行评估。王万月等[10]开展了 1/16缩尺的钢桁梁桥桥面两发炸药（116.68 g TNT）爆炸试验及数值
模拟分析。结果表明：钢桁梁桥在近爆作用下以局部破坏为主，两发炸药起爆顺序及时间间隔对桥梁

变形有显著影响，其中第二发起爆药柱位置的变形对爆炸顺序更为敏感。Li等[11]采用非耦合方法，

对 I-35W大跨度钢桁梁桥在桥面以上不同爆炸荷载作用下的动力响应与损伤模式进行了数值模拟分
析。结果表明：爆炸荷载下桥面板以局部破坏为主，且损伤范围随爆炸当量增加而显著扩大；钢桁梁

桥杆件在爆炸间接作用下可能出现屈服、局部屈曲及断裂，且损伤从次要杆件向主要承重杆件扩展。

Reyes-Suárez等[12]基于实际铁路钢桁梁桥设计了 1/3.5缩尺模型，采用移除杆件法开展了 9种不同关
键杆件失效的试验和数值模拟研究，系统分析了钢桁梁桥在关键杆件失效后抗力机制的形成与演化规
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律。结果表明：钢桁梁桥在任一主要杆件失效后，可通过六种基本次级抗力机制形成替代传力路径，

从而避免结构连续倒塌；受损桥梁仍具有较高的剩余承载力，可达工作荷载的 1.8~3.0倍；失效杆件
初始受力状态对整体破坏模式有显著影响，其中受压杆件失效易引发脆性破坏，受拉杆件失效则导致

延性破坏。

此外，许多学者针对桥梁构件在爆炸荷载作用下的响应特性开展了相关研究。Remennikov等[13]

开展了方钢管柱爆炸荷载下的试验与数值模拟研究，结果表明：在近场爆炸条件下，空心方钢管柱呈

现出整体大变形弯曲与局部破裂的破坏模式。余洋等[14]通过试验与数值模拟，研究了不同壁厚方钢

管在不同比例距离的侧向爆炸荷载作用下的破坏模式。结果表明：随比例距离减小，方管挠度与径向

变形加剧，变形表现为先轴向扩展后径向收缩的演化特征；宽厚比增大将显著增加挠度和径向收缩程

度，并将变形过程划分为弹性凹陷、塑性变形、边角卷曲和侧壁凸鼓四个阶段。白志海[15]开展了正

交异性钢桥面板在爆炸荷载下的数值模拟研究，结果表明：钢桥面板破坏模式随装药量增加由局部塑

性变形过渡为花瓣形破口；结构的耗能主要由盖板和纵向加劲肋的塑性变形承担，且随装药量增加，

破片动能在总能量中占比逐渐提高。

尽管已有研究取得了一定进展[16-19]，但是针对接触爆炸作用下钢桁梁桥的损伤破坏模式和剩余承

载力研究仍存在以下不足：（1）多针对钢柱和钢桥面板等构件层面，针对整桥层面分析相对较少，
且整桥分析多聚焦于桥面爆炸，缺乏对不同杆件脆弱性的系统对比；（2）多关注爆炸荷载下结构的
动态响应和破坏模式，而对基于精细化钢桁梁桥模型的破坏模式及其剩余承载力的定量评估研究仍较

为欠缺；（3）多针对单点爆炸作用，较少涉及多点爆炸荷载作用下整体桥梁的损伤响应分析。针对
现有研究的不足，本文以某双线铁路钢桁梁桥为研究对象，采用 LS-DYNA有限元软件开展爆炸荷载
作用下钢桁梁桥破坏模式与剩余承载力的数值模拟研究。首先，建立该双线铁路钢桁梁桥的精细化有

限元模型。其次，通过与加劲钢板、钢箱拱爆炸试验和工字钢爆炸后剩余承载力研究结果的对比，对

数值仿真方法、材料模型、接触算法及其参数取值的适用性和可靠性进行验证。随后，对钢桁梁桥上

弦杆在接触爆炸下的损伤破坏和整桥剩余承载力开展网格敏感性分析。在此基础上，分析接触爆炸作

用下钢桁梁桥的最不利杆件位置及爆炸当量对破坏模式和剩余承载力的影响规律，并建立最不利位置

处单点爆炸时损伤因子与炸药当量之间的经验公式。最后，在单点爆炸研究的基础上，分析多点爆炸

作用下钢桁梁桥损伤的累积效应，探讨整桥损伤破坏的演化机制及其剩余承载性能。本文工作可为钢

桁梁桥的抗爆防护设计与安全评估提供参考。

1 有限元模型
本文以某 96  m跨双线铁路钢桁梁桥为研究对象。桥梁主体结构节间长度 12 m，桁高 13 m，横

桥向支座中心距 14.1 m。上弦杆采用焊接箱形截面，截面尺寸（宽 × 高）为 800 mm × 1100 mm，壁
厚 36 mm；下弦杆为带悬臂的焊接箱形截面，横截面尺寸为 800 mm × 1300 mm，翼缘板厚 32 mm，
腹板厚 36 mm，其上翼缘板设置长 520 mm的外伸悬臂板，并在距悬臂板外端 180 mm处设置尺寸为
160 mm × 20 mm的条形加劲肋。斜腹杆为 H形截面，翼缘板宽 700 mm，腹板高 800 mm，翼缘板和
腹板厚度均为 24 mm；上平纵联杆件同样采用 H形截面，翼缘板宽 400 mm，厚 16 mm，腹板高 420 
mm，厚 12 mm；节点板的尺寸为 2680 mm × 1500 mm。桥面系统采用带 U形加劲肋的正交异性整体
钢桥面板结构，沿桥梁纵向共布置 33根横梁，间距为 3.0 m；无砟轨道系统采用分块式布置的标准
P5600型无砟轨道板（板间纵向间隙 20 mm），由轨道板、自密实混凝土填充层和底座板组成[20,21]，

并通过 Φ19 mm × 100 mm柱头焊钉与钢桥面板连接。全桥钢结构均采用 Q370qE钢，其屈服强度为
390 MPa，极限强度为 510 MPa。无砟轨道系统中，轨道板、自密实混凝土填充层和底座板混凝土强
度分别为 60 MPa、40 MPa和 35 MPa。剪力钉抗拉强度为 420 MPa，抗剪承载力为 92 kN。
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图 1为建立的钢桁梁桥接触爆炸有限元模型，钢结构与剪力钉分别采用壳单元
（*ELEMENT_SHELL）和梁单元（*ELEMENT_BEAM）进行模拟，混凝土、空气和 TNT均采用实
体单元（*ELEMENT_SOLID）。壳单元和实体单元网格尺寸均取 80 mm，梁单元网格尺寸取 20 
mm，详见 2.3节。钢结构各杆件之间、钢桥面板和剪力钉之间以及混凝土各部件之间均采用共节点
连接。剪力钉与无砟轨道系统之间的相互作用通过关键字*CONSTRAINED_BEAM_IN_SOLID描述，
钢桥面板和无砟轨道系统之间采用*CONTACT_AUTOMATIC_SURFACE_TO_SURFACE定义自动面
面接触。TNT、空气、全桥钢结构、混凝土及剪力钉之间通过关键字
*CONSTRAINED_LAGRANGE_IN_SOLID实现流固耦合约束。在边界条件方面，钢桁梁桥采用简支
边界条件，通过关键字*CONSTRAINED_NODAL_RIGID_BODY_SPC约束图 1中 A、B、C、D底部
节点组的平动自由度。炸药采用圆柱形装药形式，并设置端部起爆。

钢桁梁桥作为典型的空间开放式格构体系，其结构特性使得爆炸冲击波在传播过程中易发生空间

绕射和能量耗散。为准确捕捉爆炸荷载作用下结构的动力响应，对不同空气域尺寸条件下的计算结果

进行了对比分析。结果表明，当空气域尺寸增大至 20 m × 5 m × 6.5 m后，进一步扩大空气域并未引
起冲击波传播特征以及目标杆件应力、变形和损伤形态的明显变化。同时，临近杆件在冲击波作用下

的内力变化较小，且主要表现为小幅弹性振动。由此可见，爆炸冲击波对临近构件的影响较为有限，

且临近构件的响应对目标杆件毁伤的影响可忽略。因此，本文选取为 20 m ×5 m ×6.5 m的空气域尺寸
作为后续分析的计算模型，并采用关键字*BOUNDARY_NON_REFLECTING定义无反射边界条件。

Shear stud

Side view

A

B

D

C

Dx,Dy,Dz=0

Dx,Dy=0

Dy,Dz=0

Dy=0

Gusset plate

x
y

z
800 340180

1320

160

13
00

Lower Chord
下弦杆

800

36

11
00

Upper chord 
上弦杆

400

42
0

700

80
0

Diagonal web member
斜腹杆

Top lateral bracing membe
上平纵联斜杆

1500

Track slab

Steel bridge

Air

14.1 m

13
 m

TNT

Detonation 
point

800

12
1624

32

36

32 20

图 1 钢桁梁桥有限元模型（单位：mm）

Fig.1 Finite element model of the steel truss girder bridge (Unit: mm)

1.1 加载流程
本文将荷载施加过程划分为四个阶段，以模拟钢桁梁桥从自重平衡、爆炸冲击作用、自由振动至

剩余承载力评估的全过程。各阶段通过关键字*STRESS_INITIALIZATION实现完全重启动，即以上
一阶段末的计算状态作为下一阶段的初始状态，具体流程如图 2所示。
第一阶段：自重加载（0  ms~5400 ms），采用关键字*LOAD_BODY_Y对结构施加竖直向下的

自重荷载，直至结构达到平衡状态；第二阶段：爆炸作用（5400 ms~5425 ms），采用任意拉格朗日-
欧拉流固耦合算法，并通过*INITIAL_VOLUME_FRACTION_GEOMETRY定义装药形状和尺寸，分
析接触爆炸作用下钢桁梁桥的动态响应；第三阶段：自由振动（5425 ms~8000 ms），采用
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*DAMPING_GLOBAL对结构施加全域质量阻尼[22]，阻尼系数 Ds取值为 0.005，使结构由爆炸冲击后
的剧烈动态响应过渡至稳定状态；第四阶段：剩余承载力评估（≥8000 ms），采用关键字
*BOUNDARY_PRESCRIBED_MOTION_RIGID实现位移控制加载方式，对钢桁梁桥进行竖向四点弯
曲加载[12]，从而得到结构的剩余承载力。

Stage 1 Stage 2 Stage 3 Stage 4

0~5400 5400~5425 5425~8000 ≥8000

Self-weight 
loading

Blast loading Free vibration

Displacement-
controlled loading

Time/ms

Lo
ad

in
g 

st
ag

e

图 2 荷载施加步骤

Fig.2 Load application procedure

1.2 材料模型
1.2.1 钢材
钢材力学性能采用 Johnson-Cook材料模型（*MAT_JOHNSON_COOK）结合 Gruneisen状态方程

（*EOS_GRUNEISEN）进行描述。二者结合可用于描述在爆炸冲击的高温、高应变率下钢材的应变
硬化和应变率强化效应、体积应变特性和热塑性耦合效应。材料的屈服应力由 Johnson-Cook方程确
定，表达式[22]为：

（1）
 

m

p * r

r

(1 ln ) 1
n

y

m
T
T

B
T

A c T
  

  
      
    



式中：A为参考应变率 和参考温度 Tr下的材料的初始屈服应力；B、n分别为参考应变率 和参考𝜀0 𝜀0
温度 Tr下的硬化模量和硬化指数；c为材料应变率强化参数；m为材料热软化指数；T为材料温度，
Tm为材料熔点；等效塑性应变 将复杂的三维变形状态映射为一个易于表达的一维标量。𝜀p ε * = εp/ε0
为归一化等效塑性应变率， 为等效塑性应变率。εp

Johnson-Cook模型的断裂应变表达式[22]为：

（2）m

* *
1 2 3 4 5

r

r

( exp )(1 ln ) 1f D D D T
T

D T
T

D  
  

     
   



式中：D₁~D₅均为材料断裂参数；应力三轴度 = ，其中 为静水压力， 为等效应力。𝜎 ∗ 𝑝/𝜎eff 𝑝 𝜎eff
由于断裂参数 D₁~D₅需通过多种应力状态、高应变率及高温试验标定，过程复杂，目前公开文

献中关于 Q370qE钢断裂参数研究较少，该参数取值尚缺乏。充分考虑 Q370qE钢与 Q355B钢均为
低合金高强度结构钢，二者在化学成分和基本力学性能方面较为接近，如断后伸长率均约为 20%。
因此，选取文献[23]中 Q355B钢断裂参数（D₁~D₅）进行后续分析，其准确性得到已有 Q370钢的夏
比冲击试验[24]的验证，详见 2.1~2.2节。此外，*EOS_GRUNEISEN状态方程参数参考文献[25]取值，
见表 1。
1.2.2 混凝土

K&C模型是 LS-DYNA专为普通混凝土开发的本构模型，通过三个强度面及损伤变量模拟静动
态荷载作用下混凝土的应变硬化和应变软化行为，适用范围较广。该模型优势在于仅需输入混凝土材

料的密度、泊松比和轴心抗压强度即可生成完整参数，无需额外实验标定。此外，在此模型中，混凝

土材料抗压和抗拉强度的应变率增强效应（DIFC和 DIFT）通过动态增强因子[7]来考虑，表达式为：

（3）
s1.026 1 6 1cd

C s 0
cs 0 c

1DIF ( ) , 200 , , 10
5 9 / 10MPa

f s s
f f

   


      


  

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（4）

1

0 6 1td
T 0

1/3 1ts c

0

  ( )  , 1
1DIF , 10 , , log 6 2

1 8 / 10MPa( ) , 1

s
f s
f fs

 


   
 




 



      
 



 



 


式中：fcd和 ftd为当前应变率 下混凝土的动态抗压和抗拉强度；fcs和 fts为参考应变率 下的抗压和抗𝜀 𝜀0
拉强度。

1.2.3 空气和炸药
空气使用 LS-DYNA中的材料（*MAT_NULL）结合状态方程

（*EOS_LINEAR_POLYNOMIAL）进行模拟，其表达式[22]为：

（5）
2 3 2

0 1 2 3 4 5 6
1( ) , 1P C C C C C C C E
V

             

式中：P为压力值；E为初始比内能；V为相对体积（V=ρ0/ρ）；ρ0为空气初始密度；ρ为空气密度；
C0~C6为状态方程常数。

TNT采用*MAT_HIGH_EXPLOSIVE_BURN材料模型进行模拟，引入 JWL状态方程
（*EOS_JWL）来描述爆轰压力与相对体积的关系，其表达式[22]为：

（6）
1 2

1 2

(1 ) (1 )R V R V EP A e B e
RV R V V
       

式中：P为爆轰压力；V为相对体积；E为初始单位体积能量。系数 A、B、R1、R2、ω为所选 TNT
的材料常数。上述材料模型参数取值见表 1。

表 1 材料模型参数
Table 1 Material modelling parameters

钢材 Q370qE[23-25]（*MAT_JOHNSON_COOK&*EOS_GRUNEISEN）
密度 弹性模量 泊松比 屈服应力 硬化常数 B 硬化指数 n
7800 kg/m3 210 GPa 0.33 390 Mpa 430 Mpa 0.374
应变率常数 c D1 D2 D3 D4 D5
0.074 0.811[23] 6.047[23] -7.09[23] -0.03[23] 2.0[23]

声速 c s1 s2 s3 Gruneisen系数 γ0 体积修正系数 a
4569 m/s[25] 1.49[25] 0[25] 0[25] 2.17[25] 0.46[25]

剪力钉[26]（*MAT_PLASTIC_KINEMATIC）
密度 弹性模量 泊松比 抗拉强度
7800 kg/m3 210 GPa 0.3 500 MPa

混凝土[5,7]（*MAT_CONCRETE_DAMAGE_REL3）
密度 抗压强度 泊松比
2500 kg/m3 35/40/60 MPa 0.2

空气[5,7]（*MAT_NULL&*EOS_LINEAR_POLYNOMIAL）
密度 初始能量 E0 C0,C1,C2,C3,C6 C4 C5
1.29 kg/m3 2× 105 J/m3 0 0.4 0.4

TNT[5,7]（*MAT_HIGH_EXPLOSIVE_BURN&*EOS_JWL）
密度 爆轰速度 D 爆轰压力 PCJ A B
1630 kg/m3 6930 m/s 21 GPa 371.2 GPa 3.231 GPa
R1 R2 ω E0
4.15 0.95 0.3 7000 J/m3

1.3 工况设计
为探究钢桁梁桥在爆炸荷载作用下的最不利爆炸位置及炸药当量对结构破坏模式与剩余承载力的

影响规律，并进一步分析多点爆炸作用下整桥损伤破坏的演变机理和剩余承载性能，本文围绕爆炸位

置、炸药当量及多点爆炸工况开展参数分析。结合现有无人机载荷能力（见表 2），其对应装药量范
围约为 15~250 kg[2-4]，本文选取 25 kg、50 kg、100 kg和 150 kg作为典型当量进行分析。

表 2 现役军用无人机参数汇总[2-4]

Table 2 Summary of in-service military unmanned aerial vehicles parameters[2-4]

名称 研发国家 当量/kg 名称 研发国家 当量/kg
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Griffin 美国 15.6 JAGM 美国 50
蝎子 美国 16 阻尼 欧洲 48.5
前哨-R 俄罗斯 20 见证者-136 伊朗 50
UJ-22 乌克兰 20 TB-2 土耳其 55

LOCAAS 美国 40.8~45.4 猎户座 俄罗斯 60
手术刀 美国 45 S-71 俄罗斯 120
海尔法 美国 45.4~49.4 赫尔墨斯-9000 以色列 250

爆炸位置包括跨中上弦杆侧面（a、f）、上弦杆顶面（b）、跨中斜腹杆中心（c）、跨中节点板
（d）以及跨中上平联斜杆中心位置（e），具体布置如图 3所示。相应爆炸工况见表 3，其中，S0为
完好结构对比工况；工况 S1~S4用于分析钢桁梁桥在爆炸荷载作用下不同爆炸位置对结构响应及剩
余承载能力的影响，从而确定最不利爆炸位置；工况 S1及 S5~S7用于探究炸药当量变化对钢桁梁桥
剩余承载能力的影响，工况 S8~S10用于分析多点爆炸作用下整桥损伤破坏演变机制及其对钢桁梁桥
剩余承载能力的影响。

a

d

a(e、f)

d

Front view Side view

Top view

c

a(d)c

c

e

f

e
f

TNT top view

b

b

b

TNT front view

图 3 爆炸工况示意图

Fig.3 Schematic diagram of explosion cases
表 3 爆炸工况参数

Table 3 Explosion scenario parameters
工况编号 爆炸位置 爆炸当量/kg 爆炸类型

S0 - - -
S1 a—上弦杆侧面 100 单点/接触
S2 b—上弦杆顶面 100 单点/接触
S3 c—斜腹杆中心 100 单点/接触
S4 d—节点板侧面 100 单点/接触
S5 a—上弦杆侧面 25 单点/接触
S6 a—上弦杆侧面 50 单点/接触
S7 a—上弦杆侧面 150 单点/接触
S8 a、f—上弦杆侧面 100 两点/接触
S9 a、e—上弦杆侧面和上平联斜杆中心 100 两点/接触
S10 a、e、f—上弦杆侧面和上平联斜杆中心 100 三点/接触

2 模型验证
本节以徐小东等[24]开展的 Q370钢材料失效模型参数试验研究为参考，对本文采用的钢材材料本

构和失效参数进行验证；以宗周红等[27-31]开展的 U肋加劲钢板和钢拱爆炸试验为参考，对本文采用
的爆炸分析方法进行验证；并以Momeni等[32]开展的工字钢柱爆炸后剩余承载力计算研究为参考，对

剩余承载能力分析方法进行验证，通过对破坏模式、动态响应特征、残余变形以及剩余承载能力等关

键指标的对比分析，验证所建立有限元模型及分析方法的合理性和可靠性。

2.1 试验简介
基于夏比冲击试验[24]，验证了 Q370钢 Johnson-Cook模型参数（见表 1）的可靠性。选取试验中

厚度（t）为 4 mm、5 mm和 6 mm的无缺口标准试件和厚度 6 mm的Ｖ型缺口试件的夏比冲击试验进
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行数值仿真（T1工况），冲击试验示意图如图 4所示，冲击能量为 300 J，冲击速度为 5.2 m/s，对应
的冲击质量为 22.2 kg。

Pendulum

Specimen

AnvilAnvil
V-notch test specimenStandard specimen

tt

R=0.25
10

 m
m

55 mm

40 mm

2 mm

图 4 标准试件与Ｖ型缺口夏比冲击试验示意图（T1）

Fig.4 Schematic of standard specimen and V-notch Charpy impact test（T1）

U肋加劲钢板通过夹支板和螺栓固定于钢框架支撑架上，爆炸试验现场如图 5（a）所示。加劲
钢板尺寸为 1500 mm × 1500 mm × 8 mm，共设置 4道厚度为 3 mm的 U形加劲肋，肋高 84 mm，上
口宽 90 mm，下口宽 32 mm。加劲肋中心距 240 mm，采用等距布置，并与间距为 1200 mm的横向隔
板共同形成加劲体系。图 5（b）给出了 T2和 T3两种爆炸工况的示意图。其中，T2工况采用 1.6 kg
装药，爆距为 25 mm；T3工况采用 5.4 kg装药，爆距为 877 mm，对应比例爆距为 0.5 m/kg1/3。

       

Steel frame

Support block

Steel support frame Thick steel 
base plate

LDTs
mounting rack

Upper clamping plate

Lower clamping plate Support block

Diaphragm

390mm

90mm

84
m

m

32mm

390mm240mm×3

25mm

877mm

T3

T2

o

xz
y

U-shaped 
stiffener

Steel plate

(a) Test setup[28]                                       (b) Schematic diagram

图 5 U肋加劲钢爆炸试验布置图（T2、T3）

Fig.5 Layout of the U-rib stiffened steel explosion test (T2、T3)

钢箱拱的计算跨度为 6000 mm，拱高为 1200 mm，高跨比为 1:5，拱轴线采用二次抛物线形。截
面尺寸为 200 mm × 300 mm，拱肋板厚 8 mm，内部设置加劲肋，加劲肋高 30 mm，肋宽 3 mm，如图
6所示。钢拱通过螺栓与钢基座连接。该试验为接触爆炸（T4工况），炸药由两个 100 mm × 50 mm 
× 25 mm的标准 TNT药块组成，当量为 0.4 kg，布置于 x=-2 m处。
此外，为验证本文承载力测定中加载方法的正确性，同时考虑到本文主要研究对象多为拉压杆件，

进一步对文献[32]中工字钢柱爆炸后剩余承载力分析工作开展了数值模拟（T5工况）。该工字钢柱长
3600 mm，翼缘板宽 300 mm、厚 20 mm，腹板高 300 mm、厚 11 mm，如图 7所示。加载过程分为 4
个阶段，第一阶段以准静态方式施加自重轴向荷载；第二阶段在保持第一阶段荷载的基础上施加爆炸

荷载；第三阶段为稳定阶段；第四阶段则逐步增大轴向荷载，直至柱体发生失稳。根据该过程得到的

最大轴向荷载确定钢柱的剩余承载力。
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-3 -2 -1 0 321 x/m

y/m
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finite element modelling

Dx,Dy,Dz=0
Rx,Ry=0

Dy,Dz=0
Rx,Ry=0

x
z
y

图 6 钢箱拱爆炸示意图（T4）

Fig.6 Explosion location of the steel box arch (T4)

图 7 工字钢尺寸及约束（T5）

Fig.7 Dimensions and conditions of the I-beam (T5)

2.2 模型验证结果
图 8对比了上述夏比冲击试验和数值模拟结果（T1工况），图 8（a）为厚度 4 mm、5 mm和 6 

mm的无缺口标准试样的最终变形形态。通过对比分析试件跨中横截面上的特征参数 dt与 dc，以及试

件长度方向的特征参数 l可以看出，数值模拟结果与试验实测数据最大相对误差仅为 8.73%。图 8
（b）为 V型缺口夏比冲击试件的最终变形形态及冲击力时程对比，发现数值模拟得到的冲击力峰值
为 8.97 kN，与试验实测值 8.82 kN的相对误差仅为 1.70%。同时，数值模拟预测的试件最终变形和断
裂形态与试验实测结果较为吻合，充分验证了所采用 Johnson-Cook模型参数取值是可靠的。

         

t =4 t =5 t =6

24.93

6.86 2.52

25.37

8.17 3.22

25.33

9.40 3.91

24.55

7.24

2.74

24.48

8.64

3.47

25.41

9.88

4.19

t =4 t =5 t =6

dt

dc

l TestSimulation

8.97 kN
8.82 kN

0 1 2 3 4 5 6 7 8
0

2

4

6

8

10

12
Test       Simulation

F/
kN

t/ms

(a) Final deformation pattern (unit: mm)                 (b) Comparison on impact force-time history

图 8 Q370钢夏比冲击试验[24]和数值模拟结果对比

Fig.8 Comparison between numerical simulation and test results[24] of steel Charpy impact

图 9展示了 T2工况的数值模拟与试验结果。数值模拟得到的破口呈现典型的纺锤形特征，尺寸
为 41 cm（纵向） × 18 cm（横向）。在横截面方向上，数值模拟与试验结果中的破口宽度均受 U形
加劲肋的约束，限制为 18 cm。纵向破口尺寸与试验结果的相对误差仅为 2.5%。

41cm

18cm

Numerical result

41 cm

18 cm

Simulation resultsTest result

40 cm

18 cm

图 9 T2试验[29]与有限元模拟结果对比

Fig.9 Comparison between the T2 test[29] and finite element simulation results

图 10展示了 T3工况下数值模拟与试验结果的对比。图 10（a）为跨中截面残余位移结果，钢板
中心残余位移模拟结果和试验结果分别为 47.1 mm和 53.5 mm，各测点残余位移的最大相对误差为
11.96%。图 10（b）展示了爆炸作用下 U形加劲板的破坏形态。数值模拟结果表明，钢板背面与 U
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肋焊接处出现塑性铰，U形加劲肋与隔板交接处出现屈曲现象，板中心位置的 U肋出现扭曲变形，
其破坏特征及动力响应均与试验结果吻合良好。
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(a) Mid-span residual deformation               (b) Damage patterns

图 10 T3试验[30]与有限元模拟结果对比

Fig.10 Comparison between the T3 test[30] and finite element simulation results

图 11（a）展示了 T4工况数值模拟与试验结果在破口尺寸方面的对比，二者相对误差小于
3.84%，且顶板边界的撕裂形态较为相似。由于数值模拟条件相对理想化，模拟结果中的爆坑形态呈
现出明显对称特征。在试验过程中，钢拱底板受顶板产生的钢碎片冲击而发生断裂，地面上也发现了

相应的钢板碎片。数值模拟较好地再现了碎片对结构造成的二次损伤效应，如图 11（b）所示。综合
T2~T4不同工况下数值模拟与试验结果的对比表明，所建立的数值模型能够较为准确地再现接触爆
炸作用下结构的整体响应及局部破坏特征。
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图 11 T4试验[31]与有限元模拟结果对比

Fig.11 Comparison between the T4 test[31] and finite element simulation results

基于前述的四阶段加载方法，对工况 T5进行数值模拟，其剩余承载力时程结果如图 12所示。
模拟得到的极限承载力为 2102 kN，与文献中的 2130 kN接近，相对误差仅为 1.31%。此外，整个加
载过程中的荷载-位移响应也与文献结果具有较高的一致性。该验证工况的模拟结果表明，本文采用
的加载方法在评估爆炸损伤后杆件的剩余承载力方面是合理可靠的。
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图 12 T5承载力验证结果对比[32]

Fig.12 Comparison of T5 bearing capacity verification results[32]

2.3 网格敏感性分析
为探究网格尺寸对爆炸作用下钢桁梁桥破坏模式的影响，本文基于钢桁梁桥上弦杆处 50 kg TNT

爆炸工况，选取 40 mm、80 mm、120 mm和 160 mm共 4种网格尺寸开展敏感性分析，结果如图 13
所示。分析结果表明：随着网格逐渐细化，上弦杆迎爆面的破口面积及冲击波影响区域面积均呈增大

趋势。当网格尺寸细化至 80 mm后，破口面积和损伤范围变化不超过 2%，因此认定损伤破坏形态和
程度基本趋于收敛。此外，本文 2.2节模型验证中均利用尺寸约为 5 mm的网格进行分析，进一步对
比分析了 5 mm与 80 mm网格下上弦杆在爆炸载荷下的损伤演化过程。结果表明：均在迎爆面产生破
口，边缘处钢板内卷，在 5 mm网格下，结构的破口尺寸略大，但破口周围塑性区范围较小，而 80 
mm网格的破口相对较小，塑性区的范围较大；80 mm网格的塑性区长度（1870 mm）与 5 mm网格
塑性区长度（1837 mm）非常接近，二者破口长度相对误差为 20%，表明较大尺寸的网格能够准确捕
捉到结构的主要损伤破坏特征。在计算耗时方面，相同计算平台下 80 mm网格的计算耗时仅为 13 
min，约为 5 mm网格计算耗时 34 h 30 min的 0.63%。因此，由于整桥计算量更大，综合考虑计算精
度及效率，后文爆炸阶段分析中空气与结构的网格尺寸均选 80mm。
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图 13 不同网格上弦杆处爆炸损伤云图对比

Fig.13 Comparison of explosion damage nephograms at the top chord under different meshes

钢桁梁桥承载能力分析参考 Reyes-Suárez等[12]试验中所述的荷载施加方式。通过对钢桁梁桥施

加竖向位移直至结构完全破坏，并记录跨中截面弯矩-位移曲线，从而确定结构的承载能力。为评估
网格尺寸对承载能力计算结果的影响，分别建立了网格尺寸为 40 mm、80 mm、120 mm和 160 mm的
钢桁梁桥有限元模型，并对各工况下的承载能力进行对比分析，结果如图 14所示。结果表明：钢桁
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梁桥的承载能力对网格尺寸变化不敏感，各网格模型得到的极限承载能力之间的差异在 1.70%以内，
其中最大值为 1179 MN·m，最小值为 1159 MN·m。综上，在兼顾计算精度与计算效率的前提下，本
文后续分析选取 80 mm作为基准网格尺寸。
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图 14 不同网格钢桁梁桥剩余承载性能对比
Fig.14 Comparison of residual bearing capacity of steel truss girder bridges with different meshes

3 结果分析与讨论

3.1 爆炸位置
图 15展示了 100 kg炸药分别作用于上弦杆侧面、上弦杆顶面、斜腹杆和节点板四个位置时的结

构损伤情况。结构损伤主要表现为局部破坏，破口形态呈现典型的花瓣状特征。上弦杆侧面爆炸

（S1）时，迎爆面形成尺寸为 1983 mm × 1100 mm的破口，背爆面仅出现小范围塑性区。顶板在靠近
炸药约 160 mm宽度范围内损伤较为严重，沿宽度方向约 56%的区域进入塑性状态，如图 15（a）所
示。上弦杆顶面爆炸（S2）时，迎爆面形成 1261 mm × 640 mm的破口，背爆面未进入塑性区，侧面
钢板在约 209 mm范围内出现损伤，其中约 59%的面积进入塑性状态，如图 15（b）所示。当炸药在
斜腹杆处爆炸（S3）时，迎爆面出现尺寸为 1507 mm × 700 mm的破口，腹板沿两个相反方向发生撕
裂，形成深度为 319 mm的弧形切口。腹板在整个宽度范围内均进入塑性，背爆面与腹板连接处也出
现局部塑性区域，如图 15（c）所示。节点板处发生爆炸（S4）时，迎爆面破口尺寸为 1812 mm × 
1182 mm，损伤面积占比为 53.29%，下弦杆上翼缘悬臂板出现 566 mm × 368 mm的破口，节点板与斜
腹杆连接处形成较大塑性区。节点板中的加劲钢板出现深度为 426 mm的弧形切口，背爆面节点板与
斜腹杆、加劲钢板连接区域观察到显著塑性区，如图 15（d）所示。
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图 15 不同爆炸位置下爆炸的钢桁梁桥损伤云图
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Fig.15 Damage contour of the steel truss girder bridge under different blast locations

为定量评估爆炸作用后钢桁梁桥承载能力相对于完好状态的劣化程度，参考马亮亮等[33]相关工

作定义爆炸后整桥承载力损失与未受损梁桥的极限承载力的比值为损伤因子 D，其表达式如下：

（7）max1 /rD F F 

式中：Fmax为未受损梁桥的极限承载力，Fr为爆炸损伤后梁桥的剩余承载力。D的取值范围为 0~1，
D=0时，结构处于完好无损状态；D=1时，结构完全丧失承载力。
图 16展示了 100 kg炸药在不同位置爆炸后的承载力-位移曲线。未受损钢桁梁桥（S0工况）的

极限承载力为 1169 MN·m。在斜腹杆（S3工况）与节点板（S4工况）处爆炸时，剩余承载力分别为
1142 MN·m和 1140 MN·m，损伤因子均约为 0.02，表明这两种工况对桥梁承载力影响较小；当炸药
作用于上弦杆侧面（S1工况）和顶面（S2工况）时，剩余承载力分别降低至 821 MN·m和 958 
MN·m，损伤因子分别为 0.298和 0.180，见表 4。由此可见，上弦杆侧面爆炸对承载力削弱最显著，
可确定为最不利爆炸位置。
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图 16 不同位置爆炸后钢桁梁桥剩余承载性能

Fig.16 Residual bearing capacity of the steel truss girder bridge after explosions at different locations
表 4 剩余承载性能结果

Table 4 Results of residual bearing capacity
工况编号 爆炸位置 爆炸当量/kg 剩余承载力/MN·m 损伤因子

S0 - - 1169 -
S1 a—单点爆炸 100 821 0.298
S2 b—单点爆炸 100 958 0.180
S3 c—单点爆炸 100 1142 0.023
S4 d—单点爆炸 100 1140 0.025
S5 a—单点爆炸 25 1066 0.088
S6 a—单点爆炸 50 986 0.157
S7 a—单点爆炸 150 779 0.334
S8 a、f—两点爆炸 100 679 0.419
S9 a、e—两点爆炸 100 802 0.314
S10 a、e、f—三点爆炸 100 641 0.452

为进一步揭示钢桁梁桥承载能力劣化机理，图 17（a）为承载力分析阶段工况 S0与 S1的Mises
应力分布。其中Ⅰ-Ⅳ时刻对应于图 16中相应时间点。从Mises应力分布来看，在承载力上升阶段
（Ⅰ时刻），两种工况下结构的应力分布形态基本一致，差异主要体现在爆炸损伤状态下破口周围局

部区域的应力显著高于无损状态。随着承载力发展至承载力峰值阶段（时刻Ⅱ），两者传力路径呈现

明显差异，无损结构中两片主桁上弦杆的Mises应力均达到峰值，而损伤结构中仅未受损侧主桁上弦
杆达到应力峰值，表明爆炸荷载严重削弱了受损侧主桁上弦杆的承载能力。在承载力下降阶段（Ⅲ时

刻），无损结构的两根上弦杆开始屈服，而损伤结构仅爆炸位置处的上弦杆屈服。在阶段Ⅳ及之后的
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承载力丧失过程中，无损结构两侧上弦杆全截面进入塑性而发生屈曲变形，导致最终破坏时下方桥面

板出现两处高应力区。相较而言，爆炸后桥梁结构仅损伤上弦杆发生屈曲，导致下方桥面板形成单一

高应力区。

图 17（b）对比分析了 S0与 S1结构在承载力分析中Ⅱ-Ⅳ时刻的等效塑性应变分布图。其中Ⅱ-
Ⅳ时刻对应于图 16中相应时间点。在承载力达到峰值之前，全桥处于弹性工作阶段。当承载力到达
峰值时（时刻Ⅱ）S1工况在爆炸破口处出现了明显的塑性区。进入承载力下降阶段（时刻Ⅲ）后，
两种工况的破坏机理开始显现差异，S0工况中，临近跨中的一根上弦杆中部塑性变形、发生明显的
平面外弯曲，成为结构后续失稳的诱因；而 S1工况由于爆炸破口处的局部损伤持续扩展，导致结构
的初始荷载传递路径发生改变，致使相邻的上平纵联斜杆发生显著的扭转屈服。到Ⅳ时刻，S0工况
最初屈服的上弦杆沿中部塑性铰发生弯折，进而诱发其余三个对称位置的上弦杆及多根上平纵联斜杆

相继进入塑性并发生弯折。与之不同的是，S1工况的损伤演化始终围绕爆炸毁伤区域向周边杆件扩
散，表现为典型的局部缺陷诱发的连锁失稳。可以看出，S0与 S1工况均未呈现大范围的塑性损伤，
其破坏特征表现均为关键杆件局部进入塑性并形成塑性铰。随着局部塑性区的发展，结构因几何不稳

定性而发生整体失稳，最终导致承载力迅速丧失。

结果表明：在竖向位移作用下，钢桁梁桥在无损（S0）和损伤（S1）状态下均会在上弦杆处形
成塑性铰，导致桥梁整体失效。在无损状态（S0）下，钢桁梁桥两片主桁协同工作，上弦杆同步进
入塑性状态，形成双塑性铰机构。此时，在桥面板上产生两个高应力区，呈现出整体塑性破坏特征。

相比之下，在损伤状态（S1）下，爆炸损伤导致结构传力路径的重分配。荷载主要由未受损侧的主
桁承担，进而削弱受损侧主桁的承载能力。随着竖向位移增加，受损的上弦杆发生屈曲，桥面板位置

仅形成单一高应力区，展现出局部损伤主导的非对称破坏。受损的钢桁梁桥承载能力显著降低，剩余

承载力依赖于受损区域的剩余抗力，且塑性变形能力不足，表现出更显著的局部脆化特征。

S0 S1

Upper chord
first fracture location

Upper chord
second fracture location

Upper chord
single fracture location

0.0

435.0

391.5

348.0

304.5

261.0

217.5

174.0

130.5

87.0

43.5

Mises stress /MPa

Yield Point

Ⅰ

Ⅰ

Ⅰ

Ⅰ

Ⅰ

Ⅰ

Ⅰ

Ⅰ

(a) Mises stress

录
用
稿
件
，
非
最
终
出
版
稿

录
用
稿
件
，
非
最
终
出
版
稿



爆  炸  与  冲  击
Explosion and Shock Waves

15

0.00

0.20

0.18

0.16

0.14

0.12

0.10

0.08

0.06

0.04

0.02

Ef
fe

ct
iv

e 
Pl

as
tic

 S
tra

in

S1S0 

ⅠⅠ Ⅰ

Ⅰ

Ⅰ

Ⅰ

Ⅰ

(b) Effective plastic strain

图 17 准静态加载下钢桁梁桥损伤云图

Fig.17 Damage of the steel truss girder bridge under quasi-static loading

3.2 炸药当量
图 18给出了炸药当量为 25 kg、50 kg、100 kg和 150 kg在上弦杆侧面爆炸时的损伤情况。随着

炸药当量的增加，迎爆面破口尺寸从 667 mm × 878 mm逐渐增大至 1961 mm × 1100 mm，并最终趋于
稳定。同时，顶板弧形切口的深度从 79 mm增加至 160 mm，同样表现出稳定发展趋势。从上弦杆横
截面可见，各工况下产生的破口均呈现为典型的花瓣状破坏特征。当炸药当量增至 150 kg时，由于
瞬时能量显著增大，迎爆面钢板在爆炸作用下迅速断裂并形成碎片，这一破坏模式与已有相关爆炸试

验结果一致[34]。随后，这些钢板碎片随冲击波共同作用于背爆面钢板，形成尺寸为 590 mm × 219 
mm的破洞，使上弦杆的破坏模式由非贯穿破坏转化为贯穿破坏。此外，碎片进一步冲击至上平纵联
的斜撑，导致斜撑形成尺寸为 368 mm × 259 mm的破洞。
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图 18 不同当量下上弦杆的损伤云图

Fig.18 Damage nephogram of the top chord under different charge equivalents

为进一步分析上弦杆侧面爆炸下结构的破坏机理，图 19展示了当量为 100 kg（S1）和 150 kg
（S7）爆炸时冲击波的传播过程。炸药从底端起爆后，冲击波快速向周围空气域扩散，作用于上弦
杆的迎爆面，导致迎爆面钢材发生塑性变形并断裂形成破口，同时冲击波在迎爆面发生反射。破口形

成后，空气域中的冲击波通过破口侵入中空杆件内部，受壁面约束，在内部反射叠加形成局部高压区。

值得注意的是，S7工况下炸药当量更高，冲击波荷载更强，迎爆面钢材在高压冲击下发生断裂并产
生了飞溅碎片，撞击上弦杆背爆面，导致背爆面钢材发生塑性屈服并产生破洞。此后，传播进箱室内

部的冲击波通过破洞向外部空气域传播。S7工况下背爆面破洞形成的原因是“冲击波荷载-结构变形-
碎片运动-二次冲击”的耦合作用。此外，在该过程中冲击波从迎爆面破口进入中空杆件内部后很快
就从背爆面破口泄出，显著降低了冲击波对上弦杆迎爆面的持续冲击作用，致使 S7工况下迎爆面破
口尺寸略小于 S1工况。

150kg100kg

t=0.6 ms

t=1.2 ms

t=2.4 ms

t=3.6 ms

During debris impact

Debris

Pressure/MPa Pressure/MPa

0.00 25.1620.1415.1010.075.04

0.00 13.0410.447.835.222.61

0.00 1.791.431.070.720.36

0.00 1.210.960.720.480.24

0.00 25.1620.1415.1010.075.04

0.00 13.0410.447.835.222.61
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0.00 1.210.960.720.480.24

图 19 冲击波传播过程（俯视图）

Fig.19 Process of shock wave propagation (Top view)

图 20（a）展示了不同炸药当量在上弦杆侧面爆炸后钢桁梁桥的承载力结果。未受损工况（S0）
整桥承载力为 1169 MN·m，S5工况（25 kg）下剩余承载力为 1066 MN·m、对应损伤因子为 0.088，
S6工况（50 kg）下剩余承载力为 986 MN·m、对应损伤因子为 0.157，S1工况（100 kg）下剩余承载
力为 821 MN·m、对应损伤因子为 0.298，S7工况（150 kg）下剩余承载力为 779 MN·m、对应损伤因
子为 0.334。为对比分析，增添了拆除爆炸位置处的上弦杆后的剩余承载力工况，其值为 620 
MN·m、对应损伤因子为 0.470，见表 4。在 150 kg爆炸工况下，由于钢板碎片飞散对桥体其他部位
造成二次冲击损伤，承载力进一步下降到 779 MN·m，其承载力仍高于拆除单侧上弦杆后的承载力，
表明上弦杆依然保留着部分承载力。此外，结构承载力损失随炸药当量的增长呈现“先快后缓”的规

律，存在明显的边际效应递减。

为量化爆炸当量与钢桁梁桥上弦杆损伤因子的相关性，基于模拟数据开展了曲线拟合分析。依托

不同炸药当量（25 kg、50 kg、100 kg、150 kg）对上弦杆侧面爆炸的工况，提取了关键损伤因子数据，
同时结合完好桥梁，明确了损伤因子的计算基准与边界条件。在此基础上，采用指数增长模型对损伤
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因子（D）与爆炸当量（W）的数据进行拟合，其结果如图 20（b）所示。拟合曲线能够较好地反映
爆炸当量增大过程中损伤因子的变化规律，但仅适用于与本文研究对象相似的钢桁梁桥在上弦杆侧面

爆炸的工况，TNT炸药当量在 0~150 kg以内。
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图 20 不同当量爆炸后的剩余承载性能和损伤因子

Fig.20 Residual bearing capacity and damage factor after explosions of different yields

3.3 多点爆炸
图 21（a）展示了多点同时爆炸作用下最终时刻的钢桁梁桥有效塑性应变云图。整体来看，钢桁

梁桥仍以局部损伤为主，上弦杆处的破坏形态与 S1基准工况相似，迎爆面形成 1964 mm × 1100 mm
的破口，背爆面仅出现小范围塑性区，顶板在距炸药约 160 mm宽度范围内损伤较为显著。此外，S9
工况下跨中上平纵联斜杆在爆炸荷载作用下发生明显损伤，其腹板被破洞贯穿，与节点板连接处和近

爆区域整个截面进入塑性状态，且在炸药附近约 1574 mm范围内的杆件损伤尤为严重，其中一根斜
杆发生了明显扭转变形。在 S10工况中，跨中上平纵联斜杆同样出现了腹板贯穿破洞、连接处及近
爆截面发生塑性的损伤。与 S9工况不同之处在于，由于两侧上弦杆均受损，跨中承载力被进一步削
弱，致使上平纵联斜杆承受的荷载显著增加，最终引发了明显的弯曲变形。在炸药附近 1574 mm范
围内，杆件损伤也极为严重，如图 21（S10）所示。结果表明：多点爆炸虽未改变结构的基本破坏模
式，但显著改变了结构的传力路径，迫使荷载从传力效率较高的上弦杆体系转移至承载能力较弱的上

平纵联等次要构件，从而削弱钢桁梁桥的结构冗余并放大损伤叠加效应，导致整体承载能力较单点爆

炸工况出现更为急剧的下降。

图 21（b）展示了多点同时爆炸后钢桁梁桥的承载力结果。S1工况（单点）下剩余承载力为 821 
MN·m、对应损伤因子为 0.298，S8工况（两点 a、f）下剩余承载力为 679 MN·m、对应损伤因子为
0.419，S9工况（两点 a、e）下剩余承载力为 802 MN·m、对应损伤因子为 0.314，S10工况（三点
a、e、f）下剩余承载力为 641 MN·m、对应损伤因子为 0.452，详见表 4。对比分析可知，S8与 S1工
况的损伤因子相差 0.121，进一步说明上弦杆是桥梁承重的关键部位，该区域受损会显著削弱桥梁的
承载能力，此时跨中荷载主要由上平纵联斜杆和两侧受损的上弦杆承担。相比之下，S9与 S1工况的
损伤因子仅差 0.016，说明在只有一侧上弦杆受损时，上平纵联斜杆对整体承载力的贡献有限，跨中
荷载主要由未受损侧的上弦杆承担。S10工况的承载能力进一步下降，多个部位同时受损导致结构损
伤产生叠加效应，跨中荷载由两侧受损的上弦杆和受损的上平纵联斜杆承担，从而导致整体承载能力

显著下降。综上可知，多点爆炸工况下关键承力构件受损数量及其组合方式是决定钢桁梁桥承载能力

退化程度的主导因素。
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图 21 多点爆炸工况结果

Fig.21 Results under multiple-point explosion scenarios

4 结论
本文采用数值模拟方法，开展了典型铁路钢桁梁桥在接触爆炸作用下的破坏模式与剩余承载力劣

化规律研究，主要结论总结如下：

（1）接触爆炸作用下钢桁梁桥破坏模式主要表现为杆件的局部损伤，整体未发生失稳破坏；不
同爆炸位置对整桥剩余承载能力影响差异显著，其中上弦杆最为敏感，其侧面爆炸对应的损伤因子为

0.298，顶面爆炸工况为 0.180；斜腹杆及节点板爆炸对整体承载性能影响较小，对应损伤因子约为
0.02。承载能力降低的主要原因在于爆炸作用导致杆件的有效截面减小和局部刚度降低，在结构传力
路径中形成薄弱环节，促使内力重新分布，从而导致整体剩余承载力出现明显退化。

（2）随着炸药当量由 25 kg增加至 150 kg，上弦杆破坏程度持续加剧，其破坏模式由非贯穿破
坏逐步转变为贯穿破坏，钢桁梁桥整体剩余承载力呈显著下降趋势。在上弦杆侧面爆炸工况下，整桥

剩余承载力降幅由 8.8%增至 33.4%，承载力退化速率表现为先加快后减缓的非线性特征，并且随着
炸药当量的增加爆炸能量的边际破坏效应显著降低。基于数值结果建立的损伤因子与炸药当量之间的

拟合关系曲线，可用于快速评估上弦杆在不同当量条件下剩余承载能力的劣化水平。
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（3）在多点炸药同时爆炸工况下，钢桁梁桥整体破坏仍以局部损伤为主，但损伤程度随爆炸点
数量增加而显著加剧。随着爆炸位置由单点发展至两点和三点，结构的传力路径逐渐由主要承重构件

转向承载能力较弱的次要构件，结构损伤因子由 0.298增至 0.419，并进一步升至 0.452，结构冗余度
显著降低，损伤叠加效应明显，整体剩余承载能力相较单点爆炸工况进一步下降。
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