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轴向打孔装药爆炸切断 ＴＣ４ 钛合金板的研究
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[摘　 要] 　 为了探究爆炸切断 ＴＣ４ 钛合金板的最佳方式ꎬ设计了轴向单孔和轴向双孔两种装药结构ꎮ 采用 ＡＵ￣
ＴＯＤＹＮ 软件进行了数值模拟ꎬ并结合试验分别对单孔装药和双孔装药优劣性以及装药孔径对爆炸切断效果的影

响进行了对比分析ꎮ 通过计算装药量及运用 Ｍｉｓｅｓ 屈服准则ꎬ判断了两种装药结构下 ４ 组试验方案中 ＴＣ４ 钛合金

板的切断及损伤情况ꎬ且结合测点振速与加速度变化情况说明了应力波在板内的传播规律ꎮ 结果表明:爆炸切断

能力会随着装药直径的增大而增强ꎬ且钛合金板的损伤也随之增大ꎻ相较于单孔装药ꎬ双孔装药更适用于爆炸切断

ＴＣ４ 钛合金板ꎮ
[关键词] 　 ＴＣ４ 钛合金板ꎻ爆炸切断ꎻ装药结构ꎻ数值模拟

[分类号] 　 ＴＱ５６０ꎻ ＴＧ４８

Ｓｔｕｄｙ ｏｎ Ｅｘｐｌｏｓｉｖｅ Ｃｕｔｔｉｎｇ ｏｆ ＴＣ４ Ｔｉｔａｎｉｕｍ Ａｌｌｏｙ Ｐｌａｔｅ ｂｙ Ａｘｉａｌ Ｄｒｉｌｌｉｎｇ Ｃｈａｒｇｅ

ＺＨＵ Ｙｕꎬ ＷＡＮＧ ｍｅｎｇꎬ ＨＥ Ｚｈｉｊｉｅꎬ ＺＨＡＯ Ｋａｎｇꎬ ＱＩＮ Ｙｕꎬ ＣＨＥＮ Ｇａｎｇ
Ｓｃｈｏｏｌ ｏｆ Ｃｈｅｍｉｃａｌ Ｅｎｇｉｎｅｅｒｉｎｇꎬ Ａｎｈｕｉ Ｕｎｉｖｅｒｓｉｔｙ ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ (Ａｎｈｕｉ Ｈｕａｉｎａｎꎬ ２３２０００)

[ＡＢＳＴＲＡＣＴ] 　 Ｉｎ ｏｒｄｅｒ ｔｏ ｅｘｐｌｏｒｅ ｔｈｅ ｂｅｓｔ ｗａｙ ｏｆ ｅｘｐｌｏｓｉｖｅ ｃｕｔｔｉｎｇ ｏｆ ｔｉｔａｎｉｕｍ ａｌｌｏｙ ｐｌａｔｅꎬ ｔｗｏ ｃｈａｒｇｅ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅｓ ｏｆ ａｘｉａｌ
ｓｉｎｇｌｅ ｈｏｌｅ ａｎｄ ａｘｉａｌ ｄｏｕｂｌｅ ｈｏｌｅｓ ｗｅｒｅ ｄｅｓｉｇｎｅｄ. Ｎｕｍｅｒｉｃａｌ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ ｗａｓ ｃａｒｒｉｅｄ ｏｕｔ ｂｙ ｕｓｉｎｇ ＡＵＴＯＤＹＮ ｓｏｆｔｗａｒｅ. Ｃｏｍ￣
ｂｉｎｅｄ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｔｅｓｔꎬ ａｄｖａｎｔａｇｅｓ ａｎｄ ｄｉｓａｄｖａｎｔａｇｅｓ ｏｆ ｓｉｎｇｌｅ￣ｈｏｌｅ ｃｈａｒｇｅ ａｎｄ ｄｏｕｂｌｅ￣ｈｏｌｅ ｃｈａｒｇｅꎬ ａｎｄ ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｃｈａｒｇｅ
ａｐｅｒｔｕｒｅ ｏｎ ｔｈｅ ｅｘｐｌｏｓｉｏｎ ｃｕｔｔｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ ｗｅｒｅ ｃｏｍｐａｒｅｄ ａｎｄ ａｎａｌｙｚｅｄ. Ｂｙ ｃａｌｃｕｌａｔｉｎｇ ｔｈｅ ｃｈａｒｇｅ ａｍｏｕｎｔ ａｎｄ ｕｓｉｎｇ Ｍｉｓｅｓ
ｙｉｅｌｄ ｃｒｉｔｅｒｉｏｎꎬ ｔｈｅ ｃｕｔｔｉｎｇ ｏｆｆ ａｎｄ ｄａｍａｇｅ ｏｆ ＴＣ４ ｔｉｔａｎｉｕｍ ａｌｌｏｙ ｐｌａｔｅ ｉｎ ｆｏｕｒ ｔｅｓｔ ｇｒｏｕｐｓ ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ｔｗｏ ｃｈａｒｇｅ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅｓ
ｗｅｒｅ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄꎬ ａｎｄ ｔｈｅ ｐｒｏｐａｇａｔｉｏｎ ｒｕｌｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｓｔｒｅｓｓ ｗａｖｅ ｉｎ ｔｈｅ ｐｌａｔｅ ｗｅｒｅ ｅｘｐｌａｉｎｅｄ ｉｎ ｃｏｍｂｉｎａｔｉｏｎ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ
ｏｆ ｖｉｂｒａｔｉｏｎ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ａｎｄ ａｃｃｅｌｅｒａｔｅｄ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ａｔ ｔｈｅ ｍｏｎｉｔｏｒｉｎｇ ｐｏｉｎｔｓ. Ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｓｈｏｗ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｅｘｐｌｏｓｉｏｎ ｃｕｔｔｉｎｇ ｃａｐａｂｉｌｉｔｙ
ｗｉｌｌ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｉｎｃｒｅａｓｅ ｏｆ ｃｈａｒｇｅ ａｐｅｒｔｕｒｅꎬ ａｎｄ ｔｈｅ ｄａｍａｇｅ ｏｆ ｔｉｔａｎｉｕｍ ａｌｌｏｙ ｐｌａｔｅ ｗｉｌｌ ａｌｓｏ ｉｎｃｒｅａｓｅ. Ｃｏｍｐａｒｅｄ ｗｉｔｈ
ｓｉｎｇｌｅ￣ｈｏｌｅ ｃｈａｒｇｅꎬ ｄｏｕｂｌｅ￣ｈｏｌｅ ｃｈａｒｇｅ ｉｓ ｍｏｒｅ ｓｕｉｔａｂｌｅ ｆｏｒ ｅｘｐｌｏｓｉｖｅ ｃｕｔｔｉｎｇ ｏｆ ｔｉｔａｎｉｕｍ ａｌｌｏｙ ｐｌａｔｅ.
[ＫＥＹＷＯＲＤＳ] 　 ＴＣ４ ｔｉｔａｎｉｕｍ ａｌｌｏｙ ｐｌａｔｅꎻ ｅｘｐｌｏｓｉｏｎ ｃｕｔ￣ｏｆｆꎻ ｃｈａｒｇｅ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅꎻ ｎｕｍｅｒｉｃａｌ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ

引言

伴随着航空发动机技术水平的不断提升ꎬ叶片

旋转速度进一步加快ꎮ 由于涡轮扇叶受到离心作

用、热负荷及振动载荷等多重因素影响ꎬ容易在运行

过程中失效ꎬ进而发生航空发动机不包容事故ꎻ处于

高速、高能状态下的碎片极其可能击穿机匣ꎬ导致机

毁人亡的重大灾难ꎮ 因而ꎬ研究航空发动机机匣的

包容性具有重大意义ꎮ
包容性试验可验证机匣是否能够承受高速飞溅

的碎片[１]ꎬ要求钛合金叶片在特定方位及特定转速

时发生断裂ꎬ并且不会产生超高速破片ꎬ通常采取爆

炸分离的方法ꎮ 目前ꎬ对爆炸分离的研究主要集中

于尖端领域的火工分离装置及航空发动机叶片分

离ꎮ 武新峰等[２]运用 ＡＮＳＹＳ / ＬＳ￣ＤＹＮＡ 创建了一种

卫星火箭连接结构的计算方式ꎬ并通过试验验证了

包带的相关参数会对星箭分离过程产生巨大影响ꎮ
胡坤伦等[３] 采用量纲分析法ꎬ结合几何相似率ꎬ经
过数值模拟和试验对比ꎬ得到了钛合金板的最小壁

厚、装药直径和缓冲层厚度之间的最佳比例关系ꎮ
Ｔａｋｅｕｃｈｉ 等[４]通过模拟航天器断裂分离的过程ꎬ判
断了相应的冲击响应ꎮ Ｒａｍｅｓｈ 等[５] 利用 ＡＮＳＹＳ 对

不同材料的发动机进风扇叶片的变形特性进行了研
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究ꎮ Ｂａｒｌｏｗ 等[６]进行了飞机发动机风扇叶片附件中

的疲劳裂纹传播模拟ꎮ 何志杰等[７] 采用 ＡＵＴＯＤＹＮ
软件探究了无约束状态下和两种不同材料约束下导

爆索爆炸分离复材板的情况ꎮ
对于 ＴＣ４ 钛合金板的爆炸分离问题ꎬ多数情况

下选取聚能切割法ꎮ 聚能装药工艺结构复杂ꎬ操作

难度系数较高ꎬ且装药量大ꎮ 故参考工程爆破中分

散布药的方法ꎬ设计了沿轴向打单孔和双孔两种新

式装药结构ꎬ运用 ＡＵＴＯＤＹＮ 仿真软件中的 ＳＰＨ 算

法对 ＴＣ４ 钛合金板的断裂过程进行数值仿真ꎬ并结

合试验结果比较两种装药结构的优劣ꎮ

１　 数值模拟

　 　 考虑到钛合金板在爆炸分离时会出现极大的变

形和大量飞散的碎片ꎬ选用 ＡＵＴＯＤＹＮ 中一种无网

格的 ＳＰＨ 计算方法[８￣９]来确保计算过程的稳定性ꎮ
１. １　 算法介绍

ＳＰＨ 算法中ꎬ光滑长度 ｈ 是每个粒子参加运算

时确定与其发生关系的邻域空间步长ꎬ决定着计算

精度和计算效率ꎮ ｈ 取值过小ꎬ不能对质点提供足

够的作用力ꎬ从而降低计算精度ꎻｈ 取值过大ꎬ则质

点的详细特征和局部性质可能会被消除ꎬ同样会降

低精度ꎮ 为使 ＳＰＨ 方法精确可靠ꎬＢｅｎｚ 等提出了光

滑长度 ｈ 与密度 ρ 相关的指数形式[１０]:
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基于 ＳＰＨ 的离散化流体动力学方程有[１１]:
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式中:ｖ 为速度ꎻｅ 为热能ꎻσ 为应力张量ꎻｐ 为压力ꎻ
ｍ 为质量ꎻρ 为密度ꎻμ 为动力黏滞系数ꎻε 为动剪应

变率ꎻＮ 为质点总数ꎻｘ 为坐标轴符号ꎻα、β 代表不同

坐标轴ꎻ ｉ 为计算质点记号ꎻｊ 为邻近质点记号ꎻＷ 为

核函数ꎮ
１. ２　 方案设计

ＴＣ４ 钛合金板尺寸为 １００ ｍｍ × ８０ ｍｍ × ２３
ｍｍꎮ 拟采用轴向双孔(方案 Ｉ)和轴向单孔(方案

ＩＩ)两种装药方式进行切断ꎬ模型如图 １ 所示ꎮ 单孔

方案中ꎬ炮孔直径为 １０ ｍｍꎻ双孔方案中ꎬ取 １ / ２ 板

材的几何中心作为炮孔圆心ꎬ每个炮孔直径为 ５
ｍｍꎮ 药柱长度均为 １００ ｍｍꎮ 根据数值模拟的结果

择优选择方案ꎬ对炮孔直径进行调整ꎮ

　
　 　 　 　 (ａ)方案 Ｉ(双孔) 　 　 　 　 (ｂ)方案 ＩＩ(单孔)

图 １　 模型几何尺寸(单位:ｍｍ)
Ｆｉｇ. １　 Ｍｏｄｅｌ ｇｅｏｍｅｔｒｙ (Ｕｎｉｔ: ｍｍ)

１. ３　 仿真模型

炸药为钝化的 ＲＤＸꎬ采用 ＪＷＬ 状态方程[１０ꎬ１２]ꎮ
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式中:ｐ 是爆轰产物的压力ꎻＥ 为单位体积热力学

能ꎻＶ 为相对体积ꎻＡ、Ｂ、Ｒ１、Ｒ２、ω 为常数ꎮ
钝化 ＲＤＸ 的 ＪＷＬ 状态方程参数见表 １ꎮ

　 　 ＴＣ４钛合金板采用大应变率的Ｊｏｈｎｓｏｎ￣Ｃｏｏｋ模
型来更新偏应力ꎮ忽略温度的影响ꎬ由于材料静水

压力远大于屈服应力ꎬ固体材料表现出可压缩流体

表 １　 钝化 ＲＤＸ 的 ＪＷＬ 状态方程参数

Ｔａｂ. １　 Ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ＪＷＬ ｓｔａｔｅ ｅｑｕａｔｉｏｎ ｏｆ ｐａｓｓｉｖａｔｅｄ ＲＤＸ
ρ /
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表 ２　 ＴＣ４ 钛合金板的材料参数[１３]

Ｔａｂ. ２　 Ｍａｔｅｒｉａｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ＴＣ４ ｔｉｔａｎｉｕｍ ａｌｌｏｙ ｐｌａｔｅ
密度 /

(ｇ􀅰ｃｍ － ３) Ｇｒｕｎｅｉｓｅｎ 系数
Ｃｇ /

(ｍ􀅰ｓ － １)
Ｓ１

参考温度
Ｔ / Ｋ

比热容 /
(Ｊ􀅰ｋｇ － １􀅰Ｋ － １)

剪切模量 /
ＧＰａ

屈服应力 /
ＧＰａ

４. ４２８ １. ２３ ５ １３０ １. ０２８ １ ８７８ ５６０ ４１. ９ １. ０９２

的特性ꎬ所以需采用 Ｍｉｅ￣Ｇｒｕｎｅｉｓｅｎ 状态方程来求解

压力项ꎮ ＴＣ４ 钛合金板的材料参数如表 ２ 所示ꎮ 表

２ 中ꎬＣｇ 为材料有关的系数ꎻＳ 为常数ꎮ
　 　 采用 ＡＵＴＯＤＹＮ 软件建立有限元模型ꎮ 两种方

案中ꎬ水平方向均为 Ｘ 轴方向ꎬ竖直方向均为 Ｚ 轴

方向ꎬ粒子间距均设为 ０. ５ ｍｍꎮ 单孔方案中ꎬＴＣ４
钛合金板和炸药共有 １ ４７２ ０００ 个粒子ꎻ双孔方案

中ꎬ共有 １ ４４０ ０００ 个粒子ꎮ 药柱中心设为起爆点ꎬ
并沿钛合金板表面 Ｙ 轴中轴线上每隔 ２５ ｍｍ 设置 １
个测点ꎬ用于了解钛合金板的性能变化情况ꎬ计算模

型如图 ２ 所示ꎮ

　 　 　 　
(ａ)双孔装药

　 　 　 　
(ｂ)单孔装药

图 ２　 计算模型及测点

Ｆｉｇ. ２　 Ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌｓ ａｎｄ ｍｅａｓｕｒｉｎｇ ｐｏｉｎｔｓ

２　 计算结果与分析

２. １　 计算结果

两种切断方案的计算结果如图 ３ 所示ꎮ 由图 ３
(ｂ)可以直观地看出ꎬ钛合金板仅在靠近起爆点附

近产生的爆炸效应明显ꎬ板材隆起较高ꎬ粒子飞散严

重ꎬ远离起爆点一端的材料有被拉开的现象ꎮ 而图

３(ａ)中可以清楚地观察到ꎬ钛合金板接近于恰好切

断ꎬ形状规整ꎮ

　
图 ３　 方案 Ｉ 和方案 ＩＩ 的模型计算结果

Ｆｉｇ. ３　 Ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ Ｓｃｈｅｍｅ Ｉ ａｎｄ Ｓｃｈｅｍｅ ＩＩ

　 　 为了进一步探究装药直径对爆炸切断结果的影

响ꎬ对装药直径进行细微的调整ꎮ 增加两组模拟方

案ꎬ设为方案 ＩＩＩ 和方案 ＩＶꎬ装药直径分别为双孔 ⌀
４ ｍｍ 和单孔⌀８ ｍｍꎬ其余参数不变ꎮ 模型计算结

果见图 ４ꎮ 从图 ４(ａ)看出ꎬ方案 ＩＩＩ 中ꎬＴＣ４ 钛合金

板仅在中轴线上略微突起ꎬ并未断开ꎻ而图 ４(ｂ)中ꎬ
ＴＣ４ 钛合金板已经完全被切断ꎬ并产生大量飞散的

破片ꎬ板材损伤严重ꎮ 结合 ４ 种方案计算结果可知ꎬ
双孔装药的方式更加适用于钛合金板的爆炸切断ꎮ

　
图 ４　 方案 ＩＩＩ 和方案 ＩＶ 的模型计算结果

Ｆｉｇ. ４　 Ｃａｌｃｕｌａｔｉｏｎ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ Ｓｃｈｅｍｅ ＩＩＩ ａｎｄ Ｓｃｈｅｍｅ ＩＶ

２. ２　 装药参数分析

表 ３ 是 ４ 组仿真的装药参数及模拟结果ꎮ 装药

直径的大小直接影响了装药量的多少ꎬ从而影响爆

炸切断的能力ꎮ 从表 ３ 中能够看出ꎬ将单孔装药直

径减小一半并分成两个孔进行装药ꎬ不仅可以减少

药量、节约成本ꎬ还达到了更好的爆炸切断效果ꎮ
　 　 测量分离成两块的钛合金板两侧断裂纹路的最

大间距来判断板材受损情况ꎮ 图 ５ 为 Ｉ、ＩＩ、ＩＶ ３ 种

方案计算测得的 ３ 组最大间距对比ꎮ 由图 ５ 可以看

出ꎬ采用单孔装药结构时ꎬ随着装药直径的增加ꎬ板
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表 ３　 模型装药参数及模拟结果

Ｔａｂ. ３　 Ｃｈａｒｇｅ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ａｎｄ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ
ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ ｍｏｄｅｌｓ

方
案

装药
结构

装药
直径 /
ｍｍ

总装
药量 /

ｇ
模拟结果

Ｉ 双孔 ５ ６. ２８３ 板材几乎恰好切断ꎬ裂纹
整齐ꎬ板材损伤较小

ＩＩ 单孔 １０ １２. ５６６ 板材被完全切断ꎬ碎片飞
溅严重ꎬ板材损伤过大

ＩＩＩ 双孔 ４ ４. ０２１
板材未被切断ꎬ沿药柱方
向产生隆起ꎬ起爆端出现
些许裂纹

ＩＶ 单孔 ８ ８. ０３８ 板材被完全切断ꎬ接近起
爆端损伤较大

　 　
图 ５　 不同方案得到的最大损伤间距

Ｆｉｇ. ５　 Ｍａｘｉｍｕｍ ｄａｍａｇｅ ｓｐａｃｉｎｇ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｂｙ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ
ｓｃｈｅｍｅｓ

材间最大损伤间距几乎呈线性增长ꎮ 也就是说ꎬ板
材受损情况受孔径大小影响ꎬ装药直径越大ꎬ钛合金

板受损越严重ꎮ 相对于单孔装药来说ꎬ双孔装药对

板材造成的损伤更小ꎬ且效果更好ꎮ
２. ３　 Ｍｉｓｅｓ 应力分析

　 　 Ｍｉｓｅｓ 屈服准则[１４]认为ꎬ材料产生屈服是由于

畸变能密度引起的ꎮ炸药爆轰时会产生剧烈的冲击

压缩波ꎮ当压缩波传到钛合金板表面时ꎬ钛合金板

受到冲击压缩ꎬ随即发生反射ꎬ并产生稀疏波ꎮ在
反射冲击波的作用下ꎬ钛合金板发生拉伸断裂ꎮ观

察各测点的 Ｍｉｓｅｓ 应力ꎬ并结合 Ｍｉｓｅｓ 屈服准则来推

断材料是否发生断裂ꎮ
　 　 Ｍｉｓｅｓ 屈服准则应力分量与等效应力表达

式[１５]:
(σ１ － σ２) ２ ＋ (σ２ － σ３) ２ ＋ (σ３ － σ１) ２ ＝ ２σ２

ｓꎮ
(６)

式中:σ１、σ２、σ３ 分别表示 Ｘ、Ｙ、Ｚ 方向的主应力ꎻσｓ

表示等效应力ꎮ
分别取 ４ 组方案模型的测点 １＃、３＃和 ５＃ꎬ观察各

方向的应力和 Ｍｉｓｅｓ 应力峰值ꎬ并根据式(６)计算其

等效应力ꎬ如表 ４ 所示ꎮ 参照 Ｍｉｓｅｓ 失效理论ꎬ当
Ｍｉｓｅｓ 应力 σ > σｓ 时ꎬ测点附近的材料发生屈服ꎮ
选取方案 Ｉ 和方案 ＩＩＩ 中测点 １＃ ~ ５＃绘制 Ｍｉｓｅｓ 应力

和等效应力关系图ꎬ如图 ６ 所示ꎮ

　 　
图 ６　 各测点 Ｍｉｓｅｓ 应力和等效应力的关系

Ｆｉｇ. ６　 Ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ Ｍｉｓｅｓ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ
ｓｔｒｅｓｓ ａｔ ｅａｃｈ ｍｅａｓｕｒｉｎｇ ｐｏｉｎｔ

　 　 结合表 ４ 和图 ６ 可以明显看出:方案 Ｉ、ＩＩ、ＩＶ 中

各测点的 Ｍｉｓｅｓ 应力先增大后减小ꎬ呈二次函数分

布ꎮ 并且方案 Ｉ、ＩＩ、ＩＶ 的 Ｍｉｓｅｓ 应力均大于其等效

应力ꎻ而方案 ＩＩＩ 的结果恰好相反ꎮ 根据 Ｍｉｓｅｓ 失效

理论可以初步推断ꎬ采用⌀４ ｍｍ 双孔装药方案未能

使钛合金板产生断裂ꎮ 分析原因ꎬ是由于 ４ ｍｍ 孔

径的装药量较小ꎬ炸药爆轰时会因材料自身和外界

等因素造成能量的耗散ꎬ剩余能量不足以破坏板材ꎬ
而其余 ３ 种方案均可用来切断钛合金板ꎮ

表 ４　 各方案模型的测点处应力

Ｔａｂ. ４　 Ｓｔｒｅｓｓ ａｔ ｔｈｅ ｍｅａｓｕｒｉｎｇ ｐｏｉｎｔｓ ｏｆ ｅａｃｈ ｍｏｄｅｌ ＧＰａ

参数
方案 Ｉ

１＃ ３＃ ５＃

方案 ＩＩ
１＃ ３＃ ５＃

方案 ＩＩＩ
１＃ ３＃ ５＃

方案 ＩＶ
１＃ ３＃ ５＃

σ１ ２. ４５２ ２. ９９０ ２. ７４７ ２. ５４２ ４. ８３０ ２. ９０７ ２. ４１５ ２. ８７４ ２. ６３１ ２. ４５７ ４. ５９１ ２. ８２６
σ２ １. ２２８ １. ６２１ １. ３９６ １. ３０８ ３. ４２１ １. ５０３ １. １９１ １. ５８７ １. ２７４ １. ２４０ ３. ２２４ １. ４３１
σ３ １. １７０ １. ７６９ １. ６１８ １. ２０７ ３. ６５９ １. ８１４ １. １５９ １. ６５１ １. ５２３ １. １７８ ３. ５８７ １. ７２６

Ｍｉｓｅｓ 应力 １. ３３５ １. ３８０ １. ３１２ １. ３８６ １. ３９９ １. ３８７ １. ２０８ １. ２３８ １. ２２４ １. ３７５ １. ３８８ １. ３７２
σｓ １. ２５５ １. ３０１ １. ２５６ １. ２８７ １. ３０６ １. ２７７ １. ２４０ １. ２５６ １. ２５１ １. ２６５ １. ３０４ １. ２６４
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２. ４　 速度与加速度分析

　 　 图 ７ 为分别采用⌀５ ｍｍ 和⌀４ ｍｍ 双孔装药方

式时测点 ５＃的速度变化曲线ꎮ 如图 ７(ａ)所示ꎬ炸药

爆炸瞬间ꎬ钛合金板受冲击压缩ꎬ测点 ５＃的速度瞬

间增加至 １ ４８５ ｍ / ｓꎻ当冲击波传播到钛合金板的表

面后ꎬ会反射一稀疏波ꎬ钛合金板继续膨胀ꎬ测点 ５＃

的速度迅速增加至 １ ８８３ ｍ / ｓꎮ 由于受到附近物质

质点的约束ꎬ测点速度下降至 １ ６００ ｍ / ｓꎬ此时又在

高温、高压爆轰气体的作用下ꎬ测点 ５＃的速度再次

增长ꎮ 但是ꎬ爆轰气体的膨胀相对于冲击波的传播

是一个相对缓慢的过程ꎬ因此ꎬ速度增长相对缓慢ꎮ
从图 ７(ｂ)中可以看出ꎬ测点 ５＃的速度瞬间达到最大

值ꎻ随后ꎬ在前、后反射稀疏波和压缩波的相互作用

下ꎬ速度一直上下波动ꎻ因波在传播过程中不断衰

减ꎬ且同时受到附近的物质质点的约束作用ꎬ故而速

度在零点附近振荡ꎬ最后逐渐趋近于 ０ꎮ 由此ꎬ可以

判断出测点 ５＃处并未发生断裂ꎮ

　 　
(ａ)⌀５ ｍｍ

　 　
(ｂ)⌀４ ｍｍ

图 ７　 双孔装药结构测点 ５＃的速度变化

Ｆｉｇ. ７　 Ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｍｅａｓｕｒｉｎｇ ｐｏｉｎｔ ５＃ ｉｎ ｄｏｕｂｌｅ￣ｈｏｌｅ
ｃｈａｒｇｅ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ

　 　 图 ８ 给出了采用⌀５ ｍｍ 双孔装药结构下各测

点加速度 ａ 的变化情况ꎮ 从图 ８ 中能够得知:测点

１＃ ~ ２＃前期在爆炸冲击作用下ꎬ加速度产生剧烈振

荡ꎬ并在短时间内发生衰减ꎬ进入低频振荡阶段ꎻ测
点 ３＃的加速度前、中、后期均出现反复振荡ꎬ这是由

于应力波在板材内向前传播ꎬ与前时刻的反射稀疏

波交汇ꎬ在应力波的来回反射下造成反复波动ꎻ在测

点 ４＃ ~ ５＃形成的反射拉伸波沿各自相反方向传播ꎬ
并对板材造成拉伸效应ꎮ

　 　
图 ８　 ⌀５ ｍｍ 双孔装药结构各测点的加速度变化情况

Ｆｉｇ. ８　 Ａｃｃｅｌｅｒａｔｅｄ ｖｅｌｏｃｉｔｙ ｖａｒｉａｔｉｏｎ ｏｆ ｅａｃｈ ｍｅａｓｕｒｉｎｇ
ｐｏｉｎｔ ｉｎ ⌀５ ｍｍ ｄｏｕｂｌｅ￣ｈｏｌｅ ｃｈａｒｇｅ ｓｔｒｕｃｔｕｒｅ

３　 钛合金板切断试验

３. １　 试验设计

依据表 ３ 中的仿真方案设计 ４ 组对应的试验ꎬ
打孔如图 ９ 所示ꎮ
　 　 单孔和双孔装药结构均将一端开孔处用绝缘胶

带密封ꎬ从另一端采用钝化 ＲＤＸ 进行装填ꎮ 剪取适

当长度的导爆索ꎬ安放在未密封端的端口ꎬ一个孔安

放一根导爆索ꎬ并将导爆索的末端与一根导爆管雷

管用胶带捆绑连接ꎮ 为了确保起爆以及传爆的稳定

性ꎬ必须使导爆索的弯折程度小于 ９０°ꎬ且保证导爆

索与填装的钝化 ＲＤＸ 紧密接触ꎮ 具体连接方式如

图 １０ 所示ꎮ

　 　 　 　
(ａ)双孔方案

　 　 　 　
(ｂ)单孔方案

图 ９　 两种装药试验方案

Ｆｉｇ. ９　 Ｔｗｏ ｃｈａｒｇｉｎｇ ｔｅｓｔ ｓｃｈｅｍｅｓ
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(ａ)双孔方案

　 　 　 　 　
(ｂ)单孔方案

图 １０　 两种起爆连接方式

Ｆｉｇ. １０　 Ｔｗｏ ｉｎｉｔｉａｔｉｏｎ ｃｏｎｎｅｃｔｉｏｎ ｍｏｄｅｓ

　
图 １１　 ４ 组板材试验结果

Ｆｉｇ. １１　 Ｔｅｓｔ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ ｆｏｕｒ ｇｒｏｕｐｓ ｏｆ ｐｌａｔｅｓ

３. ２ 　 试验结果及分析

收集 ４ 组板材的试验结果进行对比ꎬ如图 １１ 所

示ꎮ 从板材试验切断效果可以看出ꎬ采取⌀１０ ｍｍ
单孔装药的 ＩＩ 号板和⌀８ ｍｍ 单孔装药的 ＩＶ 号板

均被完全切断ꎬ板材受损严重ꎬ板材断裂处裂纹形状

不规则ꎻ⌀５ ｍｍ 双孔的 Ｉ 号板断裂纹路清晰整齐ꎬ
板材受损较小ꎻ仅采用⌀４ ｍｍ 双孔装药的 ＩＩＩ 号板

未被切断ꎮ ＩＩ 号板和 ＩＶ 号板由于装药量较大ꎬ爆炸

作用的能力强ꎬ炸药爆炸形成的冲击波以球面波的

形式向外扩张ꎬ在遇到自由面时又被反射回稀疏波ꎬ
板材在反射拉伸作用下产生破坏效应ꎬ由于能量过

大ꎬ导致剩余能量仍有部分会作用于板材四周ꎬ从而

促使板材损伤进一步增大ꎻＩＩＩ 号板的孔径和装药量

最小ꎬ板材在中部略微隆起ꎬ并在炮孔端产生细小的

裂纹ꎬ这是由于炸药爆炸产生的冲击波在钛合金板

内向表面传播ꎬ发生了 Ｈｏｐｋｉｎｓｏｎ 效应ꎬ对打孔处的

介质产生拉伸作用ꎬ从而导致细微裂纹的产生ꎮ
为了进一步验证仿真模拟的准确性ꎬ图 １２ 给出

了最大损伤间距的模拟与试验结果对比ꎮ 能够看

出ꎬ模拟与试验之间的误差仅在 １ ~ ２ ｍｍ 左右ꎮ 这

是由于仿真模拟是在理想条件下进行的ꎬ忽略了一

些不确定因素ꎻ而试验过程中ꎬ由于机械加工造成孔

径大小存在误差ꎬ从而导致装药量不准ꎻ再加上外界

环境等其他因素的影响ꎬ难免与模拟结果有些差距ꎮ
并且随着孔径的增加ꎬ模拟结果与试验结果的误差

在变大ꎮ

　 　 　
图 １２　 模拟与试验结果对比

Ｆｉｇ. １２　 Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ ａｎｄ ｔｅｓｔ ｒｅｓｕｌｔｓ

４　 结论

设计了用于爆炸切断 ＴＣ４ 钛合金板的轴向单

孔和轴向双孔两种装药结构ꎮ 通过数值模拟和试

验ꎬ探究了两种装药结构的优劣性ꎬ并通过调整孔

径ꎬ找到了最佳切断方案ꎬ模拟结果和试验结果高度

一致ꎮ 得到以下结论:
１)双孔装药结构明显优于单孔装药结构ꎬ可以

在降低装药量的同时ꎬ提升爆炸切断的效果ꎮ
２)细微调整孔径后发现ꎬ调整孔径大小能够改

变爆炸切断的效果ꎬ爆炸切断能力会随着孔径的增

大而增强ꎬ且钛合金板的损伤也随之增大ꎮ
由于各方面因素ꎬ仅仅探究了轴向单、双孔装药

的优劣性ꎬ得出双孔装药比单孔装药更优ꎮ 可进一

步提高精度进行双孔切断研究ꎬ找寻切断板材的临

界装药直径ꎮ
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