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雷达罩在强风作用下失效过程及易损性分析∗

侯彦岑， 徐 枫， 胡 钢， 段忠东， 欧进萍

（哈尔滨工业大学（深圳） 土木与环境工程学院，深圳  518055）

摘要: 雷达罩被广泛用于军事和民用设施，在风荷载中破坏严重，因此进行雷达罩结构失效模式和易损性分析具有

重要意义。首先采用大涡模拟进行雷达罩结构表面风荷载分布特性模拟，获得 3 类不同基座高度雷达罩表面风荷

载分布特性，采用函数对其进行高精度拟合，结果表明其风荷载大小远高于规范中旋转壳顶风荷载体型系数规定，

且增加基座高度主要影响雷达罩背风面体型系数。同时利用改进的 Hashin 准则和 Tserpes 的刚度退化准则进行雷

达罩全过程失效分析，基于此提出了雷达罩风致易损性的分析框架，以失效单元数为损伤指标并给出了 3 种破坏状

态的量化值，构建  Kriging 代理模型预测雷达罩结构的失效概率，为评估雷达罩的抗风极限性能、预估其损伤程度

提供依据，其结果表明：雷达罩破坏极少单元就会造成结构失稳，在低风速下随着基座高度增加，其失效概率增加，

不过在高风速下，基座高度超过 12 m 后再增加其高度不会对雷达罩失效概率产生显著影响。
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Failure Process and Vulnerability Analysis of Radomes under Strong Winds

HOU Yancen， XU Feng， HU Gang， DUAN Zhongdong， OU Jinping
(School of Civil and Environmental Engineering, Harbin Institute of Technology (Shenzhen), Shenzhen 518055, China)

Abstract: Radomes are widely used in military and civilian facilities, yet they often suffer severe dam ⁃
age under wind loads. Therefore, the analysis of structural failure modes and vulnerability of radomes 
is of great significance. Firstly, large eddy simulation was used to simulate the wind load distribution 
characteristics on the surface of the radome structures. The wind load distribution characteristics were 
obtained for three types of radomes with different base heights, and high-precision fitting was per⁃
formed using functions. The results showed that the wind load magnitudes were much higher than the 
shape coefficients of wind load on the top of rotating shells specified in the codes, and increasing the 
base height mainly affected the shape coefficient on the leeward side of the radome. Additionally, the 
improved Hashin criterion and Tserpes' stiffness degradation criterion were used to analyze the entire 
failure process of the radomes. Based on this, an analytical framework for the wind-induced vulnerabil⁃
ity of radomes was proposed, in which the number of failed elements was used as the damage indicator 
and quantitative values for three failure states were provided. A Kriging surrogate model was con⁃
structed to predict the failure probability of the radome structures, providing a basis for evaluating 
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their wind-resistance limit performance and estimating damage degrees. The results showed that struc⁃
tural instability of the radomes could be triggered by failure of only a few elements. At low wind 
speeds, the probability of failure increased with the base height, whereas at high wind speeds, increas⁃
ing the base height beyond 12 m had no significant effect on the failure probability of the radomes.
Keywords: radome; wind load characteristics; progressive failure; vulnerability

0 引  言

地面雷达罩在气象观测和信号传递等方面有

着巨大应用前景，常见的地面雷达罩为截球形，小

型雷达罩直径只有几米，大型雷达罩直径可达几十

米。雷达罩作为风敏感结构，在强风作用下破坏尤

其显著，因此对雷达罩在极端风荷载作用下进行渐

进失效研究和易损性分析具有较大研究意义和工

程应用前景。

为了研究大矢跨比球壳表面风荷载分布特性，

国内外学者进行了大量的研究。 J. Blessmann［1］设

计 3 种矢跨比的球壳，利用风洞试验探究场地类型

和风向角对球壳表面风压的影响。 S. Kawamura
等［2］通过风洞试验发现当风速超过 10 m/s 之后，同

一类型球壳表面风压系数分布具有一致性。C. M. 
Cheng 等［3］通过风洞试验表明雷诺数在 1.0×105~
2.0×105 内对球壳表面风荷载分布几乎无影响；近

年来数值模拟罩体表面风荷载开始兴起，其模拟的

可靠性得到众多学者的验证［4⁃6］。

同时由于复合材料的各向异性和非均匀性，复

合材料的设计与分析具有一定的困难，特别是对其

进行损伤发展过程预测和失效模式分析方面 。

Hashin 失效准则被广泛运用于复合材料失效过程

研究，且被多名学者［7⁃9］证实与试验结果相比具有较

高的精度。卜嘉润等［10］根据 Hashin 失效判据判断

柔性管模型失效情况，利用 ABAQUS 建立有限元

模型，通过压缩试验验证了数值模拟与其得到的力

与位移关系吻合较好。T. Kermanidis 等［11］采用改

进的 Hashin 失效准则，构建复合材料层合板的三维

渐进失效模型，研究其在拉伸作用下螺栓接头处层

合板单元的失效情况，取得了较好效果。近年来伴

随着复合材料的大量应用，人们越来越关注其极限

承载力，不过其结构设计以及材料的复杂性，导致

结构的极限承载能力分散性较大，因此许多学者对

复合材料的可靠度分析进行了大量的研究：丁振东

等［12］基于蔡⁃吴失效准则，提出复合材料结构可靠性

分析框架，用于此类结构可靠性分析，不过该类破

坏考虑方式较为保守，易造成材料性能较大的浪

费。S. C. Lin［13］对多种失效准则的适用性进行讨

论，分析复合材料失效过程，据此提出对复合材料

层合板的可靠度分析方法。Z. H. Wang 等［14］则以

有限元模拟复合材料圆柱壳的屈曲位移，以此作为

结构失效条件，并作为构建克里金代理模型的训练

样本，进行可靠度分析。

现已有的大型雷达罩这类复合材料研究中，对

其进行有限元分析多采用规范进行荷载施加，往往

过于低估其所受风荷载，同时基座高度不同对其表

面风压的影响也未能考虑，危害结构设计；并且屈

曲分析较多，缺少在风荷载作用下对雷达罩材料失

效的萌生，发展直至最终破坏的全过程分析，以及

易损性这一类的研究，而雷达罩结构的材料破坏引

起其极限承载能力降低发生失稳往往先于其屈曲

失稳，因此屈曲失稳会造成其对极限承载力评估过

高。为此，本文采用已被证实有效的渐进失效研究

方法，给出了 3 种破坏状态的量化指标，提出了雷达

罩整体结构风致易损性分析方法，利用 LES 模拟罩

体表面风压，结合改进的 Hashin 失效准则，对雷达

罩这类复合材料进行研究，为该类结构的可靠性分

析及安全评估提供方法支持。

1 雷达罩表面风荷载模拟

首先建立与邱冶［15］风洞试验一样大矢跨比球

壳模型，雷达罩半径 0.4 m，基座高度 0.4 m，风速为

36 m/s 的均匀流，模型示意图如图 1 所示。采用大

涡模拟进行雷达罩表面风压模拟，模型计算域为

15 m×10 m×5 m（流向 x×展向 y×竖向 z），满足

阻塞比小于 3%，网格总数为 640 万，第一层网格高

度为 1×10-5 m，满足 y+小于 1 的条件。

风压系数高度参考点为 1.0 m，图 2 为风压系数

展示角度取值示意图，从图 3 的模拟结果对比可以

看出，迎风面风压系数基本重合，仅在背风面受扰
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流影响稍有误差，因此本文采用的模拟方法的模拟

结果与试验结果对比良好，为后文进行罩体风荷载

模拟的正确性提供了保障。

1.1 边界条件及网格划分

本文调研雷达罩实际尺寸，建立直径 16 m 的大

矢跨比截球型雷达罩结构，基座高度 22 m，直径

18 m。 为 了 让 流 体 充 分 发 展 ，计 算 域 的 尺 度 为

420 m×140 m×200 m（流向 x×展向 y×竖向 z），

雷达罩置于流域沿流动方向前 1/3 位置处，此时阻

塞率满足模拟外部阻塞率小于 3% 的要求。由于

LES 对网格要求较高，同时考虑计算精度与效率，

采用设置混合网格将计算域分为内外区域，内部加

密区尺寸为 60 m×60 m×60 m，将网格文件导入

FLUENT 中进行 LES 计算。

入口采用速度入口，风剖面采用 A 类风剖面，10 
m 高度处风速为 35 m/s；计算域顶部和两侧为对称

边界，出口采用压力出口，计算域底部和建筑物采用

无滑移的壁面边界条件，计算域与网格示意图如图 4
所示。为了精细化模拟雷达罩表面风压分布，设置 3
套网格方案（G1，G2 和 G3）进行网格无关性分析。

罩体表面第一层最大网格高度为 h0，保持第一层网

格高度不变，改变罩体表面网格大小和罩体周围网

格增长率（R b），三个网格方案的 y+
max 相同且均小于 1。

不同网格方案的划分参数和单元总数见表 1。

1.2 模拟结果分析

图 5 展示了提取雷达罩平均风压系数位置示意

图 1　模型示意图

Fig.1　Schematic diagram of model

图 2　取值角度示意图

Fig.2　Schematic diagram of measurement angles

图 4　计算域和网格示意图

Fig.4　Schematic diagrams of computational domain and 
mesh

表 1 网格划分参数

Table 1 Mesh division parameters

网格

方案

G1
G2
G3

罩体表

面最小

网格/m
0.10
0.08
0.06

罩体表

面最大

网格/m
0.23
0.18
0.15

y+
max

0.85
0.85
0.85

h0/m

1.0×10-5

1.0×10-5

1.0×10-5

R b

1.15
1.13
1.10

网格数量

5.04 × 106

6.74 × 106

8.34 × 106

图 3　风压系数验证对比

Fig.3　Verification and comparison of wind pressure coeffi⁃
cients
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图，由图 6 和图 7 可知，3 套网格迎风面平均风压系

数相差不大，而背风面由于回流和旋涡造成风场变

化复杂，网格数量对模拟精度影响较大，故第 1 套网

格与第 2，3 套网格相比，背风面平均风压系数差异

明显。综上所述，选择网格方案 2 的平均风压系数

结果作为后文计算依据。由经向平均风压系数可

以看出，正压主要位于雷达罩迎风面的中下部位，

40 度附近位置风压转为负压，罩体迎风面的底部由

于基座的流动分离作用，使得其反而出现较大的正

压，最大负压位于罩体顶部位置。由于雷达罩沿中

轴对称分布，因此沿纬向分布的平均风压系数也呈

对称分布。

同时给出雷达罩迎风面和侧风面平均风压系

数分布图，如图 8 所示，参考点设置高度与雷达罩顶

部等高，为 35.7 m。可以看出雷达罩迎风面风压系

数呈对称环状分布，罩体前缘对流体阻滞现象明

显，最大正压为 0.96，向两侧逐渐减小；侧风面平均

风压系数分布复杂，由于流动分离的加速作用，罩

体顶部与基座相连的底部在分离流的作用下产生

较大负压，最大负压为⁃1.3，侧面和背风面负压占绝

大部分，且风压分布并不规律。

进一步观察流线图 9（a），可以看出，靠近雷达

罩附近时，风在雷达罩前缘受到阻滞发生分离，一

部分向下流动形成旋涡，另一部分沿罩体向上流

动，在雷达罩顶部达到最大风速。由于雷达罩的阻

挡，背风面存在空隙区域，背风面速度减小，一部分

气流向后运动，另一部分沿雷达罩向下运动形成旋

涡。由图 9（b）可以看出，气流绕过雷达罩，在侧面

流动分离，形成分离涡，分离涡中较大的逆压梯度

导致气流分离处形成很大的负压区，并在背风面尾

部形成一定范围的回流区。

1.3 表面风压函数拟合

相关学者进行了球壳表面风荷载分布函数的

图 5　提取位置示意图

Fig.5　Schematic diagrams of extraction positions

图 6　平均风压系数随经向角度变化示意图

Fig.6　Variation of average wind pressure coefficient with 
longitudinal angle

图 7　平均风压系数随纬向角度变化示意图

Fig.7　Variation of average wind pressure coefficient with lat⁃
itudinal angle

图 8　压力系数分布图

Fig.8　Distribution of pressure coefficients
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研究，已有文献［16］表明，雷达罩表面的平均风压系

数 C p ( φ，θ )是雷达罩表面各点的连续函数，如式（1）
所示，可使用傅里叶级数展开法对其进行拟合。

C p ( φ,θ )= ∑
n = 1

∞

an ( x
R

)= ∑
n = 1

∞

an ( R sin φ cos θ
R

)
n

=

                       ∑
n = 1

∞

an ( sin φ cos θ )n (1)

式中，x 为罩体表面直角坐标系坐标；R 为雷达罩半

径；an 为待定系数，可用待定系数法求解。

为了提高拟合函数的精度，分别对上下半球选

择其代表测点，雷达天线罩沿迎风面中心线经向位

置上半球取 9 个代表测点，下半球取 7 个，测点分布

及平均风压系数如表 2 所示。按照前文相同的模拟

方法，利用 LES 分别获得基座高度为 12 m 和 2 m 的

雷达罩模型的表面平均风压系数，除基座高度变化

外其余尺寸与之前雷达罩模型一致，计算域及计算

设置也保持一致，参考点位置高度与这类高度的雷

达罩顶部等高，网格划分示意如图 10 所示。

根据相关参数对表面风压函数进行幂级数展

开，由以上条件解得傅里叶系数如表 3 所示，拟合结

果如图 11 所示。

由结果可以看出，3 类高度雷达罩平均风压系

数拟合精度较高，并且 3 种基座高度迎风面风压变

化趋势基本一致，而高度较低基座球壳背风面由于

中心线的分离流沿球面再附着，冲击结构表面，造

成背风面下部区域产生正向风压，其背风面风荷载

分布远比 22 m 基座的雷达罩复杂。

利用各个高度处的平均风压系数 C p 计算其在

参考高度 H 为 10 m 位置处的体型系数（式（2）），与

《建筑结构荷载规范》［17］中旋转壳顶表面风荷载体

型系数分布对比如图 12 所示。

μ s = C p ×( z
H

)2α （2）

可以看出不同基座高度雷达罩的背风面体型

系数差异明显，迎风面无明显区别，可以认为增加

基座高度会对雷达罩背风面的风压产生严重影响。

对于上半球的迎风面，规范结果明显小于 3 类高度

表 2 球面提取点坐标及对应平均压力系数

Table 2 Coordinates of spherical extraction points and 
corresponding average pressure coefficients

上半球

下半球

( φ,θ )
(0,0)

(30,0)
(45,0)
(60,0)
(90,0)
(0,0)

(90,0)
(120,0)
(135,0)

C p

-1.21
-0.83
-0.32

0.20
0.89

-1.21
0.89
0.80
0.96

( φ,θ )
(30,180)
(45,180)
(60,180)
(90,180)

—

(90,180)
(120,180)
(135,180)

—

C p

-0.44
-0.46
-0.46
-0.50

—

-0.50
-0.43
-0.50

—

图 10　网格划分示意图

Fig.10　Schematic diagrams of mesh division

图 9　流线图

Fig.9　Streamline diagrams

表 3 22 m,12 m 和 2 m 基座高度雷达罩球面拟合公式中傅里叶系数

Table 3 Fourier coefficients in spherical fitting formulas of radomes with base heights of 22 m, 12 m, and 2 m

基座高度/m

22

12

2

上半球

下半球

上半球

下半球

上半球

下半球

a0

-1.21
-1.21
-1.44
-1.44
-1.32
-1.32

a1

-1.29
1.99

-0.22
0.09

-0.20
0.51

a2

3.77
7.34
2.55

10.46
2.80
9.33

a3

4.79
-2.94

1.68
1.60
1.59
0.10

a4

-7.84
-11.58

-1.44
-17.97

2.73
-15.86

a5

-5.21
1.63

-3.71
-1.06

3.35
-0.01

a6

8.81
5.58
2.18
9.16
4.23
8.08

a7

2.41
—

2.89
—

2.55
—

a8

-3.34
—

-1.64
—

-2.76
—
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雷达罩模拟结果，尤其是在迎风面最大正压和顶部

极大负压的预测，因此在应用时建议对迎风面体型

系数进行适当放大。

2 雷达罩渐进失效模拟及易损性

分析

2.1 复合材料渐进失效理论

对复合材料结构进行加载测试时，复合材料的

失效是渐进损伤的过程，不是瞬间发生的，因此，基

于损伤力学的渐进损伤方法被用于大部分复合材

料损伤失效问题研究。相比于其他失效准则，改进

的 Hashin 失效准则考虑了不同应力分量之间的相

互作用，能够更准确地预测复合材料在复杂应力状

态下的失效模式，有助于更细致地分析复合材料的

破坏机理，同时适用性更强；不过该准则需要更多

的材料参数，而这些参数的获取可能较为困难，尤

其是对于新型复合材料，且比其他失效准则更复

杂，增加了计算量和实现难度。同时夏婉莹等［18］，

付成建等［19］，W. C. Liu 等［20］采用实际试验和有限元

模拟相结合的方法，也证实 Hashin 准则可以准确预

测复合材料板的损伤情况，更加适用于实际的极限

强度预测。因此，本文采用改进的 Hashin 失效准则

作为复合材料单元失效判断依据，此时不考虑雷达

罩分层失效，芯材为各项同性材料，只考虑剪切破

坏这一种破坏模式，采用 Tserpes 的刚度退化准则

对蒙皮进行材料刚度退化，同时由于单元坐标系和

材料坐标系存在一定的夹角，需要将单元坐标系的

应力转化到材料坐标系下再进行失效判断。

三维改进的 Hashin 失效准则包括纤维拉伸破

坏，纤维压缩破坏，基体拉伸破坏，基体压缩破坏，

纤维基体剪切破坏五类破坏模式，蒙皮各类失效模

式表达式如式（3）~（7）所示。

纤维拉伸破坏：

( σ11

X t
)2 +( τ12

S12
)2 +( τ13

S13
)2 ≥ 1,  σ11 ≥ 0 （3）

纤维压缩破坏：

( σ11

X c
)2 ≥ 1,  σ11 ≤ 0 （4）

基体拉伸破坏：

( σ22

Y t
)2 +( τ12

S12
)2 +( τ23

S23
)2 ≥ 1,  σ22 ≥ 0 （5）

基体压缩破坏：

( σ22

Y c
)2 +( τ12

S12
)2 +( τ23

S23
)2 ≥ 1,  σ22 ≤ 0 （6）

纤维基体剪切破坏：

图 11　拟合结果验证

Fig.11　Verification of fitting results

图 12 不同基座高度雷达罩体型系数与规范对比

Fig.12 Comparison of shape coefficients of radomes with dif⁃
ferent base heights and codes
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( σ11

X c
)2 +( τ12

S12
)2 +( τ13

S13
)2 ≥ 1,  σ11 ≤ 0 （7）

式中，σ11 为沿纤维方向主应力；σ22 为垂直纤维方向主

应力；σ33 为 z 方向主应力；τ12，τ13 和 τ23 为三个方向的

剪应力；X t 和 X c 分别为纤维方向上的拉伸和压缩强

度；Y t 和 Y c 分别为面内垂直于纤维方向上的拉伸和

压缩强度；S12，S13 和 S23 分别为三个方向的抗剪强度。

芯材剪切破坏：

τmax = ( σ1 - σ3 ) 2 （8）
式中，σ1 为第一主应力，σ3 为第三主应力。

剪切芯材失效模式表达式如下：

τmax ≥ S c （9）
式中，S c 为芯材抗剪强度。

2.2 雷达罩渐进失效数值模拟

为了验证建模方法的正确性，通过建立与张

锦［21］相同的雷达罩，直径为 40 m，壳体分层数与材

料性能与其保持一致，前六阶振型如图 13 所示。比

较前六阶固有频率，结果如表 4 所示。由固有频率

对比结果可以看出，第 1，2 阶振型，第五，六阶振型

频率相等，且第一阶振型固有频率稍稍大于张锦［21］

模拟结果，而高阶振型固有频率与其模拟结果相差

无几。

进一步在施加与原文相同的平均风压表面函

数下比较了最大位移值和外蒙皮最大应力值，模拟

结果如图 14 和图 15 所示。张锦［21］模拟得到的最大

位移为 12.3 mm，外蒙皮最大应力为 21.1 MPa，结构

整体变形和应力分布与其结果相似，本文计算得到

的 最 大 位 移 为 11.4 mm，外 蒙 皮 最 大 应 力 为

19.2 MPa，与其最大位移结果相差 7.5%，外蒙皮最

大应力相差 9%，误差均在可接受范围之内。由此

可见本文的建模过程和施加荷载方法均正确，因此

可以对实际的雷达罩结构进行相关的模拟，并可以

应用到理论分析中。

本文雷达罩有限元模型尺寸与上文 CFD 模型

保持一致，雷达罩截面形式为常见的 A 型夹层式，

类似于三明治结构。利用 ANSYS⁃APDL 建立了 5

层复合壳结构的雷达罩有限元模型，4 层蒙皮和中

间 1 层芯材，使用 shell 181 单元建立模型，蒙皮采用

石英纤维增强环氧树脂，夹层材料为 PMI 泡沫芯

图 13　振型图

Fig.13　Vibration mode diagrams

表 4 固有频率对比

Table 4 Comparison of natural frequencies

阶数

自振频率/Hz（本文）

自振频率/Hz（张锦 [20]）

一

15.186
14.451

二

15.186
14.451

三

36.185
35.594

四

46.064
44.437

五

60.634
60.630

六

60.634
60.631
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子，材料性能如表 5 所示。

参考复合材料设计准则可知，外层蒙皮在外荷

载下主要承受剪切作用，铺层角度为±45°提升抗剪

效果最明显；中间层一般受拉力作用，铺层角度为 0°

和 90°对其性能提升最为明显，因此将芯材视为一层

复合材料，铺层角度为 0°，两侧蒙皮最好应对称布

置，按照从外向内的铺层设计，上下两层蒙皮均采

用（45°/-45°）的角度铺设，纤维铺设方向如图 16（a）
所 示 。 蒙 皮 厚 度 为 0.075 mm，夹 芯 层 厚 度 为

27 mm，总厚度为 30 mm，按经纬度划分网格，有限

元单元划分为 2.5°一个单元，共有 6 480 个面网格，

划分后的有限元模型网格如图 16（c）所示，对底部

施加 x，y，z三个方向的约束。

通过 APDL 循环语句对雷达罩施加上节 22 m
基座高度雷达罩表面平均风压函数，同时参考张

锦［21］和薛鹏［22］在进行雷达罩风压设计时，由于风荷

载作为活荷载对结构起控制作用，考虑其不确定

性，对风压进行一定程度的放大，因此乘以 1.4 作为

平均风压的放大系数，对其进行渐进失效模拟，流

程如图 17 所示。

统计各分层破坏单元数量变化情况，如图 18 所

示。可以看出第一层蒙皮和第二层蒙皮单元破坏

数量变化趋势相似，第三层蒙皮和第四层蒙皮单元

破坏数量变化趋势相似，由于中间存在一层较厚的

芯材，内部蒙皮更晚破坏；为了进一步观察蒙皮受

力情况，考虑蒙皮铺设方向的不同，给出第一层蒙

皮和第三层蒙皮在 v=40 m/s 时的等效应力云图，

图 16　建模示意图

Fig.16　Schematic diagrams of modeling

图 14　整体变形云图

Fig.14　Contour map of overall deformation

图 15　外蒙皮最大应力云图

Fig.15　Contour map of maximum stress on outer skin

表 5 材料性能参数

Table 5 Material performance parameters

罩壁材料

玻璃纤维

泡沫芯子

工程常数

Ex /MPa
Ey = Ez /MPa

Gxy = Gxz /MPa
Gyz /MPa

ρ/( kg ⋅ m-3 )
—

—

E 1 /MPa
ρ/( kg ⋅ m-3 )

数值

24 490
5 710
4 930
2 060
1 600
—

—

20
45

强度/
MPa

X t

X c

Y t

Y c

S12

S13

S23

S c

—

数值

449
123
10
70

361
361
21
1
—

1081



如图 19 所示。可以看出雷达罩在约束部位产生最

大应力，且由于蒙皮材料纤维铺设方向的不同，使

得第一层蒙皮最大应力分布与第三层蒙皮不同。

进一步统计各分层单元破坏类型数量变化图，

如图 20 所示。由模拟结果得到，雷达罩蒙皮总共发

生基体拉伸破坏，二次破坏（在发生基体拉伸破坏

的基础上再发生另外破坏）两种破坏模式，芯材不

会发生剪切破坏。风速较低时，基体拉伸破坏单元

缓慢增长，风速超过 48 m/s 后，破坏单元数量快速

增加，说明这时多数单元达到基体拉伸破坏受力条

件，雷达罩受损情况大大加剧，应在抗风设计重点

注意。此后，雷达罩各层蒙皮依次发生这两类破

坏，失效单元材料性能退化会导致应力重分布，应

力将会更多的分布在失效单元附近，加剧了雷达罩

单元失效，失效部位也由此向外快速发展，直至雷

达罩结构变形过大造成结构不能继续承载，其到达

极限承载能力的风速为 54 m/s。并且可知雷达罩

破坏时失效单元数量占单元总数的 2.2%，集中位于

雷达罩底部，即雷达罩破坏极少的单元就能达到极

限承载力。

进一步给出第一层蒙皮和第三层蒙皮失效单

元发展过程图，如图 21 和图 22 所示。第一层蒙皮

在风速到达 42 m/s 时，由于材料基体拉伸方向强

度相比于其余方向强度较小，在罩体约束部位首

先产生基体拉伸破坏，破坏部位与蒙皮应力较大

处吻合。随着风速继续增加，破坏单元沿着约束

部位周围扩展，在 46 m/s 时首次发生二次破坏，

图 18　各分层破坏单元数量随风速变化趋势

Fig.18　Variation trends of number of failure units in each lay⁃
er with wind speed

图 20　各分层不同破坏单元数量随风速变化趋势

Fig.20　Variation trends of different numbers of failure units 
in different layers with wind speed

图 17　流程图

Fig.17　Flow chart

图 19　应力分布云图

Fig.19　Contour maps of stress distribution
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二次破坏位于应力始终较大的约束部位。风速继

续增加，破坏单元数量快速增加，二次破坏单元集

中于约束部位，基体拉伸破坏单元逐渐向球心方

向发展，失效区域就由初始损伤部位向外发展，直

至 54 m/s 时雷达罩达到其极限承载能力。可以看

出蒙皮层在雷达罩失稳前已经逐渐发生失效，这

代表雷达罩的风压承载能力在失稳前持续下降。

同时第三层蒙皮发展破坏过程与第一层蒙皮相

似，不过比较图 19（a）和图 19（b）可知，由于蒙皮

材料纤维铺设方向的不同，使得其最大应力分布

与第一层蒙皮不同，破坏起始位置不同于第一层

蒙皮，并且首次达到基体拉伸破坏的临界风速也

大于第一层蒙皮。可以看出约束部位大量失效的

单元转化为二次破坏单元，该部分单元刚度减小

为 0，损毁最为严重，最终导致雷达罩过大变形而

失稳破坏，因此加强迎风面约束部位强度是我们

进行雷达罩防护的关键。

2.3 雷达罩易损性分析

雷达罩结构在实际中存在腐蚀破坏，冲击破

坏，疲劳损伤等多种破坏模式，为了研究复合材料

的主要力学性能对雷达罩结构的影响，当前的模型

侧重于静强度失效，由雷达罩在 40 m/s 的特征值屈

曲分析以及雷达罩的非线性屈曲分析可知，其雷达

罩出现失稳破坏时风速均高于雷达罩出现材料破

坏时的风速，即特征值失稳和局部失稳在特定的风

速下虽然可能存在，但它们的发生时间较晚，明显

晚于首次材料破坏，图 23 展示了雷达罩屈曲失隐结

果，丁振东等［12］和潘康华等［23］进行复合材料承载力

研究时也有同样的结果。说明由屈曲失稳得到的

雷达罩极限承载力并不能代表其雷达罩真实的极

限承载能力，也无法说明其在风荷载下的失效过

程，因此，本文假定由材料失效导致失稳作为其失

效模式进行易损性研究。

本文将雷达罩结构材料参数作为随机变量，需

要指出的是，除了结构参数的随机性外，风荷载的

随机性也是影响结构响应的重要因素。由于本研

究主要聚焦于结构参数随机性的影响，主要提出了

雷达罩风致易损性的分析框架，风荷载随机性的详

细分析未纳入当前研究范围。未来研究将进一步

结合风荷载随机性与结构参数随机性，以更全面地

评估结构响应的不确定性。

根据周春苹等［24］通过对石英纤维复合材料的

各个材料性能做灵敏度分析发现，复合材料的弹性

模量对结构响应的方差影响较大，因此针对雷达罩

结构易损性分析考虑取蒙皮和芯材弹性模量作为

图 21　第一层蒙皮失效扩展过程

Fig.21　Failure propagation process of first-layer skin

图 22　第三层蒙皮失效扩展过程

Fig.22　Failure propagation process of third-layer skin
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随机参数，各随机变量均值和变异系数［25］如表 6
所示。

由之前研究可以看出，雷达罩发生倒塌破坏

时，并非所有层都会破坏，因此复合材料结构的极

限强度准则对雷达罩而言并不具有普适性；同时由

图 24 可以看出，不同失效单元的破坏层数不一致，

且破坏两层和破坏四层的单元数量居多。考虑到

雷达罩为复合壳结构，破坏不同层数的失效单元损

伤程度不一致，不能笼统的认为其为同一失效单

元，同时考虑到破坏单元占整体单元总数比例较

小，而常规围护结构通常以破坏单元数占单元总数

的比值作为其不同失效状态判断依据，若以此作为

雷达罩不同失效状态的判断依据不足以描述其失

效严重程度。因此将单元的各个分层部位作为一

个小单元，以每一阶段破坏小单元数占最终破坏小

单元总数的百分比来定义破坏状态。

根据之前的渐进失效分析结果，本文提出三种

破坏状态。第一阶破坏状态：轻微破坏状态，对应

的临界风速为破坏小单元数占最终破坏小单元数

首次超过 10% 的风速；第二阶破坏状态：中等破坏

状态，临界风速为破坏小单元数占最终破坏小单元

数首次超过 50% 时对应的风速；最终破坏状态：完

全破坏状态，即结构不能再继续承受荷载，达到极

限承载能力，破坏小单元数占最终破坏小单元数为

100%。

为了将雷达罩易损性分析的计算量降低到工

程可接受的范围内，本文选择构建一种克里金模

型，其为基于高斯过程的插值方法，通过代替原始

数值计算复杂模型，将失效概率积分转化为代理模

型预测值的统计计算，显著减少计算量。通过抽样

产生构建代理模型的初始样本，计算每个样本点响

应值，将输入值和响应值代入子程序，利用训练数

据集和拟合的变异函数参数，构建目标克里金代理

模型，即通过利用已有样本数据点之间的空间相关

性来预测未知点的值 ，建立输入与输出之间的

关系。

为了在抽取较少样本点情况下还能保持模拟

的精度，本文考虑采用拉丁超立方抽样法来抽取构

建 Kriging 代理模型的样本点。经过学者大量研究

发现，对于 n 维变量，至少进行 ( n + 1 )( n + 2 ) 2 次

抽样才能保证其计算精度，因此抽取训练样本总数

为 100，接着对 100 组不同材料参数的雷达罩模型进

行非线性重启动分析，通过子程序得到各阶破坏状

态下的临界风速作为输出样本，利用获得的各阶风

速样本构建 Kriging 代理模型，模拟各阶破坏状态与

风速关系，进一步抽样风速来预测各阶破坏状态下

的失效概率，最终得到雷达罩在 3 类破坏状态下的

易损性曲线，评估雷达罩结构的在风荷载作用下的

易损性，图 25 展现了 Kriging 代理模型构造流程。

给出基座高度为 22 m 雷达罩易损性曲线图，横

坐标风速对应其与雷达罩顶部等高处的参考点风

速，如图 26 所示。可以看出，风速为 42.5 m/s 以下

时，雷达罩发生轻微破坏概率较小。当风速较高时

（如 50 m/s），雷达罩发生中等破坏概率较高，而最

终破坏概率仍然较小。当风速超过 54.1 m/s 后，雷

图 24　破坏不同层数单元数量随风速变化趋势

Fig.24　Variation trends of number of failure units in different 
layers with wind speed

图 23　屈曲失稳示意图

Fig.23　Schematic diagram of buckling instability

表 6 雷达罩材料性能参数随机分布

Table 6 Random distribution of radome material perfor⁃
mance parameters

结构参数

均值/MPa
变异系数

Ex

24 490
0.03

Ey

5 710
0.05

Ez

5 710
0.05

E 1

20
0.05
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达罩基本达到完全破坏状态。同时可以看出，中等

破坏状态与完全破坏状态之间的风速阈值较小，即

达到中等破坏状态后，稍微增大风速后雷达罩就会

达到其极限承载能力，这也与之前渐进失效分析过

程中风速增大的后半段雷达罩失效单元在急速增

加相吻合。而达到轻微破坏状态时，风速较小，破

坏单元数增加缓慢，使结构整体承载性能未受太大

影响，与中等破坏状态之间有较大的安全余量。

由于获取前文罩体表面风压时，三种不同基座

高度的雷达罩的参考点各自选为其雷达罩顶部高

度，为统一相关横坐标参数，故将 12 m 基座高度和

2 m 基座高度的雷达罩三种破坏状态临界风速，由

各自参考点位置风速通过风剖面函数转化为在其

22 m 基座高度雷达罩顶部高度处风速，三种不同基

座高度雷达罩易损性曲线对比如图 27 所示。由图

27（a）可以看出在轻微破坏状态下，基座高度为

12 m 和 22 m 高度的雷达罩临界破坏风速相差不

大，远小于基座高度为 2 m 雷达罩的破坏风速，这与

雷达罩结构越高所受风荷载越大有关，同时在低风
速下破坏单元缓慢增长，随着风速增加破坏速度加

快，而低处风速变化速率又快于高处风速，这也解

释了随高度增加达到轻微破坏状态下的风速差距

减小；同时相比于 22 m 和 2 m 基座高度的雷达罩，

12 m 高度的雷达罩破坏风速范围更广，说明其对材

料参数的灵敏性更大。由图 27（b）和图 27（c）可以

看出，随着风速的增大，2 m 基座高度的雷达罩始终

最后达到破坏状态，而 12 m 基座高度雷达罩和

22 m 基座高度雷达罩的破坏风速非常接近，这与低

风速情况不同，说明在高风速下，超过一定高度后，

增加基座高度，并不会使雷达罩发生失效的概率显

图 25　Kriging 代理模型构造流程图

Fig.25　Construction flowchart of Kriging surrogate model

图 26　易损性曲线

Fig.26　Vulnerability curves

图 27　不同高度雷达罩各破坏状态易损性曲线

Fig.27　Vulnerability curves of radomes with different 
heights in different failure states
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著增加，原因是两者离地面高度较高，其风速差距

不大，由图 12 可知，2 m 基座高度的雷达罩的体型系

数最小，而 12 m 基座高度和 22 m 基座高度的雷达

罩在极大正压和极大负压位置处体型系数更为接

近，且由上文模拟结果可知，雷达罩在高风速下破

坏加剧，稍微增加风速，雷达罩破坏单元就会急剧

增多，使得雷达罩在高风速下更易达到其破坏状

态，故两者在风速和表面体型系数均接近的情况下

后面两类破坏状态比较时风速差距较小；并且雷达

罩易损性曲线斜率先增大后减小，说明风速对其易

损性的影响呈现先增大后减弱的趋势。

3 结  论

研究了雷达罩在风荷载作用下的风压分布特

性、破坏过程及易损性，基于此提出雷达罩风致易

损性的分析框架 ，可用于其可靠性分析。利用

LES 获得三类高度雷达罩的表面风压分布，对雷

达罩进行非线性重启动分析，结合改进的 Hashin
准则，获得风荷载作用下雷达罩的渐进失效模式，

据此定义三类破坏状态结合构建的克里金代理模

型，得到三类高度雷达罩易损性曲线，具体结论

如下：

（1）通过 LES 模拟了雷达罩表面风荷载分布，

可知增加基座高度对雷达罩背风面风压分布影响

显著；按照规范给的旋转壳顶公式对于上半球结果

偏于保守，尤其是在顶部负风压和迎风面正压的

预测。

（2）对雷达罩进行渐进失效分析，雷达罩仅产

生基体拉伸破坏以及在其基础之上的二次破坏，并

且基体拉伸破坏由罩体约束部位向上发展，二次破

坏基本位于约束部位，并且纤维铺设方向的不同会

造成各层单元初始破坏位置不同；风速增大导致破

坏发展速度加快，破坏较少单元就会造成雷达罩失

稳破坏，说明雷达罩对破坏极其敏感。

（3）通过构建克里金代理模型，计算得到三类

基座高度的雷达罩的易损性曲线，中等破坏状态和

完全破坏状态之间的风速阈值较小；受单元破坏速

度的影响，在低风速下，3 类基座高度下达到轻微破

坏的临界风速有明显差距；在高风速下，随着基座

高度的增加，雷达罩失效概率逐渐增大，但基座高

度超过 12 m 后，雷达罩的失效概率对基座高度变化

不再敏感。
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