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PredictionofBallisticLimitofCompositeGFRP
SandwichPanelsunderHypervelocityImpact
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  Abstract:Inthepresentstudy,analyticalsolutionswerepresentedforthepredictionofthepenetrationandperfo-
rationofcompositeglassfiber-reinforcedplastic(GFRP)sandwichpanelsstrucknormallybyflat-nosedcylindrical

projectilesoverawiderangeofimpactingvelocities,projectilemassandcorethickness.Theanalysismodelinvolveda

three-stageperforationprocessincludingperforationofthefrontsteelskin,theGFRPcore,andthebacksteelskin.

Theformulationwerebasedonassumptionsthatthedeformationsofsteelskinsarelocalizedandtheprojectileis

consideredasarigidbodyintheperforationofGFRPcompositelaminate.Theenergyabsorptionofthefrontandback

steelskinsandtheGFRPcorewereestimatedwiththeupsettingeffectoftheprojectileandtheadiabaticsheareffect

ofthesteelskinstakenintoconsideration.Inaddition,basedontheenergybalance,theballisticlimitofthesandwich

panelwereobtainedandcomparedwiththeavailableexperimentalresults.Theresultsshowthattheanalytical

predictionsareingoodagreementwiththeavailableexperimentaldata.

  Keywords:ballisticimpact;sandwichpanel;glassfiberreinforced;ballisticlimit

  CLCnumber:O385;TB33   Documentcode:A

  Sandwichcompositestructuresareincreasinglyusedinmarine,militaryandaerospacefieldsdue
totheirlightweight,highstrengthandenergyabsorptioncapability[1-5].Asandwichstructureusually
consistsoftwothinandstiffskins(thefrontskinandthebackskin)andathickandlightcore.The
mainfunctionoftheskinsinasandwichcompositeistocarrythebendingmomentwhilethecore
undertakesthedutyoffixingtheseparatedskins,carryingthetransverseshearload,andperforming
otherstructuralorfunctionaldutiessuchasimpacttolerance,radiationshielding,etc[6].Becauseofmilitary
demand,thesandwichstructuresarefrequentlysubjectedtoimpactloadingssuchasfragmentsfrom
blastdebris,shrapnelandbullets.Inthesecases,thesandwichpanelwithsteelskinsandafabric-reinforced
plastic(FRP)compositecoreisanobviouschoice.
  AvarietyofFRPsandwichcompositeshavebeenusedforarmorconstructionduetotheirhighly
complexprocesses,butthepredictionoftheresidualvelocityafterpenetrationremainstobeatough
problembecauseofitscomplicateprocess.Anumberofstudiesontheballisticlimitofsandwichstruc-
turesarebasedonexperimentaltests[7-8].Theexperimentalmethodrequiresabroadtestprogram,

whichistime-consumingandcostly.Numericalsimulationsmaybeusefulinsolvingthisproblembut,
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unfortunately,theystillrequireconsiderableresourcesintermsofcomputingtime(CPU)andman-
power.Toreducethecostandtime,itisessentialtousetheanalyticalmethod.
  Researchershavedonemanyexperimentalandanalyticalstudiesontheballisticimpactbehavior
ofcomposites[9-17].Wen[9-10]presentedsimplerelationshipsforpredictingthepenetrationandperfora-
tionofmonolithicFRPlaminatesstrucknormallybyprojectileswithdifferentnoseshapesoverawide
rangeofimpactvelocities.Gu[11]presentedananalyticalmodeltocalculatethedecreaseofthekinetic
energyandresidualvelocityofaprojectilepenetratingthetargetscomposedofmulti-layeredplanar
wovenfabrics.Naiketal.[12-13]studiedtheenergyabsorbedbydifferentmechanisms,ballisticlimit
velocityandcontactdurationoftypicalwovenfabricE-glass/epoxythickcompositesusingananalyti-
calmethod.GamaandGillespie[14]foundthattheballisticdamagemechanismscanbemimickedby
conductingaseriesofquasi-staticpunchshearexperimentsatdifferentsupportspans.Intheirstudy,a
quasi-staticpunchsheartest(QS-PST)methodologywasdevelopedtoquantifyandpartitionthepen-
etrationenergyintoelasticandabsorbedenergiesasafunctionofpenetrationdisplacementandsup-
portspan.Besides,someresearchersusedthenumericalsimulationmethodtodeterminetheballistic
limitofcompositematerials[15-17],andthesimulationresultsusuallyshowgoodagreementwiththe
testdata.
  Lotsofworkhasbeendoneontheproblemoftheballisticlimitofcompositesandwichpanelsby
manyresearchers[7,18-24].Goldsmithetal.[18]investigatedtheballisticlimitofcellularsandwichplates
withhoneycomborflexiblesheetsofaluminumcoresusingtheexperiment.Theyfoundthatthebal-
listiclimitofthesandwichplateswasnotsignificantlyaffectedbythetype,cellsizeorwalldiameter
ofthecomposite,astheprincipalmechanismresistingtheperforationofthecompositewaspiercing
thefacingplates.
  ZhouandStronge[20]studiedtheeffectoftheimpactangleandnoseshapeontheballisticlimitby
experimentalandnumericalmethods.Theresultssuggestedthatduringtheperforationbyaflat-nosed
projectile,layeredplatescausedmoreenergylossthanmonolithicplatesofthesamematerialandtotal
thickness.Therewasnosignificantdifferenceinthemeasuredballisticlimitspeedbetweenthemono-
lithicplatesandthelayeredplatesattheobliqueimpactbyahemispherical-nosedprojectile.
  Skvortsovetal.[19]developedananalyticmodeltodealwiththepartitionoftheenergyofabsorp-
tion,allowingforquantitativeestimationoftheenergyfractionconsumedviaelasticresponseofthe
panelandtheoneconsumedviairreversibledamage.Numericalresultsarecorroboratedwithexperi-
mentaldataobtainedfromintermediate-velocityimpacttestsperformedforsandwichpanelswithFRP
compositelaminatefacesandfoamcores.
  Buitragoetal.[22]analyzedtheperforationofcompositesandwichstructuressubjectedtohigh-velocity
impactusingthefiniteelementmodel(FEM).TheFEM wasvalidatedwithexperimentaltestsby
comparingthenumericalandexperimentalresidualvelocity,ballisticlimitandcontacttime.
  ResearcherssuchasJoveretal.[7],Ryanetal.[21],García-Castilloetal.[23]andFelietal.[24]alsohave
donesomemeaningfulwork.However,allthesepreviousresearchworksfocusedmainlyontheballisticlimit
ofcompositesandwichpanelswithhoneycomb,foamorbalsacores,whilestudiesoncompositesand-
wichpanelswithglassfiber-reinforcedplastic(GFRP)coresandsteelskinswererelativelyfew.
  Theobjectiveofthisworkistodevelopananalyticalmodelfortheballisticlimitofthecomposite
sandwichpanelswithaGFRPcoresubjectedtohigh-velocityimpactofaflat-nosedcylindricalprojec-
tile.Thefrontandbackskinsofthesandwichpanelaremadefromsteel.Theperforationprocessisdivided
intothreestagesbasedonwhichtheenergyabsorptionandballisticlimitofthecompositeGFRPsand-
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wichpanelsareestimatedwiththeupsettingeffectoftheprojectiletakenintoconsideration.Theana-
lyticalmodelisvalidatedbycomparingtheanalyticalsolutionswiththeexperimentalresults.

1 AnalyticModel
1.1 ProblemandAssumptions
  TheimpactproblemunderconsiderationisdescribedinFig.1.Thecompositesandwichpanelcon-
sistsofFRPcompositelaminatecoressandwichedbetweentwothinsteelplates.Theprojectileconsid-
eredisasteelcylindricalprojectilewithaflatnose.Accordingtothelawofconservationofenergy,the
conservationofenergyreads

1
2mv2

i=Eabs+12mcv2r (1)

wheremisthemassoftheprojectile,mcisthemassofcombinationprojectile,Eabsisthetotalenergy
absorptionduringthepenetration,viandvraretheinitialandresidualvelocityoftheprojectile,respec-
tively.

Fig.1 Schematicdiagramofcompositesandwichpanelsunderimpactofflat-nosecylindricalprojectile

  Theanalyticalmodelisbasedonthefollowingassumptions:(1)Theinterfacesbetweenfrontand
backskinsandGFRPcompositelaminatecorearenegligibleandtheenergyabsorptionsofsheetsand
coreareconsideredtoberelativelyindependent;(2)Theprojectileisconsideredasarigidbodywhen
penetratingtheGFRPcompositelaminate;(3)ThethicknessofGFRPcompositesandwichpanelis
uniform;(4)Onlylocaldeformationofsteelskinistakenintoconsideration.
  Withdifferentimpactvelocitiesandthicknesses,simplyusingthesamecalculationmethodonthe
frontandbacksteelskinsisunreasonable.Withtheaboveassumptions,theperforationprocessisdivided
intothreestages(asshowninFig.2):

Fig.2 Threestagesofperforation
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  Stage1:perforationofthefrontsteelskin.
  Stage2:perforationoftheGFRPcompositelaminatecore.
  Stage3:perforationofthebacksteelskin.
  Theoverallabsorptionenergyconsistsofthreeparts

Eabs=Efro+Ecor+Ebac (2)

whereEfro,Ecor,Ebacstandfortheenergyabsorptionofstage1,stage2andstage3,respectively.

1.2 PerforationofFrontSteelSkin
  Intheprocessoftheprojectilepenetration,theoveralldeformationofthefrontsteelskinisso
smallbecauseofthesupportoftheGFRPcompositelaminatethatitcanbeneglected.Underthehigh-
speedprojectileimpact,theprojectileandtheshearedpartofthefrontskinformaclosedregionwhere
mostoftheplasticworkisconvertedintoheatinsteadofgettinglostinstantlyintothesurroundingarea.
Thetemperatureoftheshearareaincreasesrapidly,alongwiththeeffectsofstrainhardening,strain
rateenhancedandthermalsoftening.Thefailuremodeofthefrontsteelskinisconsideredaslocalized
adiabaticshearplugging.
  Whenthecylindricalprojectilestartstopenetrate,thefrontskinisgraduallyextrudedbythepro-
jectile.Withthedeepeningofthepenetration,theprojectilevelocitygraduallydecreaseswiththe
increaseofthevelocityoftheplugblock.Duetothecompression,theaxialcompressiondeformationis
producedbytheprojectile(asshowninFig.2).Assumingthattheprojectileandtheplugblockmove
togetheratacommonspeed,thediameteroftheprojectileafterhavingtheupsettingisd,andthecom-
monspeedisvc,then,accordingtothelawofconservationofmomentum,wehave

mvi,1=(m+mf)vc (3)

Herevi,1istheinitialvelocityoftheptojectileinthefirststage,mfisthemassoftheplugblockwhich
canbeexpressedas

mf=πd2hfρf/4 (4)

wherehfandρfarethethicknessanddensityofthefrontskin,respectively.
  Basedonthestresswavetheory,therelationofthediametersoftheprojectilebeforeandafterthe
upsettingcanbeexpressedas[25]

c1=d2/D2

c1=k1+1+ k21+2k1
k1=3ρv2

i,1/(8σy

ì

î

í

ï
ï

ï
ï )

(5)

whereDistheinitialdiameteroftheprojectile,ρisthedensityoftheprojectile,andσyisthedynamic
yieldstrengthofprojectile.
  Regardlessoftheenergylossofcollision,accordingtothelawofconservationofenergy,theener-
gylossinthepenetrationprocessisequalto

Efro=m+mf

2
(v2i,1-v2r,1)=πdhf∫

Pm

0
τdP (6)

wherevr,1istheresidualvelocityoftheprojectileafterthepenetrationofthefrontsteelskin,andPmis
themaximumpenetrationdepthwhentheadiabaticshearoccurs.BasedontheBai-Johnsonthermal-
plasticconstitutiverelation[25],τcanbewrittenas

τ=τM
γ
γ
æ

è
ç

ö

ø
÷

i
exp n

n+1
1- γ

γ
æ

è
ç

ö

ø
÷

i

n+
é

ë
êê

ù

û
úú{ }

1
(7)

TheBai-Johnsonthermal-plasticconstitutiverelationisshowninFig.3,whereτMisthecriticalstress
oftheadiabaticinstabilityofthefrontskin,γiisthecorrespondingshearstrainofthecriticalstress,
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andnisthestrainhardeningindex.
  Theultimateshearstressofthefrontsteelskincanbewrittenas[26]

τu=σu(0.41H/D+0.42) (8)

whereτuistheultimateshearstress,σuistheultimatetensilestress,Histhethicknessofthefront
steelskin,andH=hf.Usingτu=τMasafirstorderapproximation,afterconsideringtheupsetting
effect,substitutingEq.(8)intoEq.(7)gives

τu=σu0.41H
D +0.æ

è
ç

ö

ø
÷42 γ
γ
æ

è
ç

ö

ø
÷

i

n

exp n
n+1

1- γ
γ
æ

è
ç

ö

ø
÷

i

n+
é

ë
êê

ù

û
úú{ }

1
(9)

Fig.3 Bai-Johnsonthermal-plasticconstitutivemodel

Thepenetrationdepthcanbeexpressedas[25]

P= ndγa

2(1+n)
(10)

whereγaistheshearstrainofthecontactareaof
theprojectileandthefrontsteelskin.Usingγa=
γf,themaximumpenetrationdepth (Pm)atthe
timewhentheadiabaticshearpluggingfailureoccurs
canbewrittenas

Pm= ndγf
2(1+n)

(11)

whereγfisthemaximumshearstrainoftheadia-
baticshearband.Thecrackpropagationspeedofthefrontsteelskinisfasterthanthepenetrating
speedastheflat-nosedprojectilepenetratesthefrontsteelskin.Theexperimentalresultsshowthat
themaximumpenetrationdepth(Pm)islessthanthethicknessofthefrontsteelskin[27].UsingPm≈
0.8hf,Eq.(11)canbetransformedas

γf=n+1
n
2Pm

d =1.6
(1+n)hf
nd

(12)

SubstitutingEq.(9),Eq.(11)andEq.(12)intoEq.(6)gives

Efro=π2d
2hfσu 0.41hfd +0.é

ë
êê

ù

û
úú42∫

1.6hf(1+n)
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ù

û
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1

dγ (13)

Eq.(13)representsthepenetrationenergyoftheprojectileinthefirststage.Theabovederivation
doesnottaketheenergydissipationoftheoveralldeformationofthefrontsteelskinintoaccount,be-
causetheoveralldeformationofthefrontskinisverysmallwhentheadiabaticshearfailureoccurs.
Accordingtothelawofconservationofenergy,theresidualvelocityoftheprojectileafterthepenetra-
tionofthefrontsteelskin(vr,1)canbeobtained

vr,1= mv2
i,1-2Efro
m+mf

(14)

1.3 PerforationofGFRPCompositeLaminate
  Itisassumedthatthemeanpressure(σm)appliednormallytothesurfaceoftheprojectileprovid-
edbyanGFRPlaminatematerialtoresistpenetrationandperforationbyaprojectilecanbedivided
intotwoparts,onebeingthecohesivequasi-staticresistivepressure(σs)duetotheelastic-plastic
deformationofthelaminateandtheotheristhedynamicresistivepressure(σd)arisingfromtheveloc-
ityeffect[9].Thuswegetthefollowingequation

σm=σs+σd (15)

  Assumingthatthecohesivequasi-staticresistivepressureisequaltothequasi-staticlinearelastic
limit(σe)inthethrough-thicknesscompressionoftheFRPlaminate,i.e.σs=σe,andthatthedynamic
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resistivepressureistakentobeσd=β(ρc/σe)1
/2vi,2σe,thenEq.(14)canberewrittenas

σm= 1+βvi,2 ρc
σ

æ

è
ç

ö

ø
÷

e
σe (16)

whereρcisthedensityoftheGFRPcompositelaminate,vi,2istheinitialimpactvelocityoftheprojec-
tileinthesecondstage,herevi,2=vr,1,andβisaconstantdeterminedempirically.
  Fromtheenergyconservation,theenergylossoftheGFRPcorescanbewrittenas

Ecor=∫
hc

0
σmAdh (17)

whereAistheinstantcross-sectionalareaoftheprojectileandisequaltoπd2/4.SubstitutingEq.(16)

intoEq.(17)gives

Ecor=14πd
2σe+2 ρc

σe
vr,1σ

æ

è
ç

ö

ø
÷e hc (18)

  ThentheresidualvelocityoftheprojectileafterthepenetrationoftheGFRPlaminate(vr,2)can
beobtained

vr,2= mv2
i,1-2(Efro+Ecor)

m+mf

(19)

1.4 PerforationofBackSteelSkin
  ThepenetrationprocessisshowninFig.4.Athree-stagemodelconsistingofthesimplecompres-
sionstage,thecompression-shearstageandtheadiabaticshearstageisusedtodescribethepenetration
processofthebacksteelskin.Assumingthattheprojectileupsettingdeformationonlyoccursinthe
simplecompressionstageandtheupsettinglengthisequaltothepenetrationdepth(h1),then,based
onEq.(5),therelationofdiametersoftheprojectilebeforeandafterupsettingcanbeexpressedas

c2=d22
d2

c2=k2+1+ k22+2k2

k2=3ρv
2
i,3

8σ

ì

î

í

ï
ï
ï

ï
ï
ï

y

(20)

whered2isthediameteroftheprojectileaftertheupsettingdeformation.Thentheenergylossofthe
simplecompressionstagecanbeexpressedas

W1=12
(m+mf)(v2i,3-v21)=14πd

2
2σyh1 (21)

wherev1istheresidualvelocityoftheprojectileafterthesimplecompressionstageandcanbewritten
asfollows

v1= v2i,3- πd22σyh1
2(m+mf)

(22)

  Afterthesimplecompressionstage,theprojectilecontinuestocompressthebacksteelskin.The
relativemovementoftheplugblockandthebacksteelskinleadstotheexistenceofshearstress.Under
theactionofthecompressionforce,theprojectileandtheshearblockwillreachthesamespeed.
Assumingthatthediameteroftheplugblockisequaltod2,theprojectileandplugblockwillreachthe
samespeedundertheeffectofthecompressivestress.Accordingtothelawofconservationofmomen-
tum,oneobtains

v2=
(m+mf)v1
m+mf+mb

(23)

Herembisthemassoftheplugblockandcanbeexpressedas
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Fig.4 Penetrationofthebackskin

mb=14ρbπd
2
2(hb-h1) (24)

whereρbandhbarethedensityandthicknessofthebackskin,respectively.Then,accordingtothelaw
ofconservationofenergy,theenergylossofthecompression-shearstagecanbewrittenas

W2=12
(m+mf)v21-12

(m+mf+mb)v22 (25)

  Withthedeepeningofthepenetration,thetemperatureaswellastheshearstrainoftheshear
zonerisesgradually.Thematerialadiabaticinstabilityoccurswhentheshearstrainreachesitscritical
value(γi).Assumingthatthepenetrationdepthoftheprojectileinadiabaticshearstageish3,accord-
ingtoEq.(13),theenergylossoftheadiabaticshearstagecanbewrittenas

W3=π2d
2
2h3σu 0.41h3d2+0.é

ë
êê

ù

û
úú42∫

h3

0

γ
γ
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i

n

exp n
n+1

1- γ
γ
æ

è
ç

ö

ø
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i

n+
é

ë
êê

ù

û
úú{ }

1

dγ (26)

Thenthetotalenergylossoftheperforationofthebacksteelskinis
Ebac=W1+W2+W3 (27)

  Whentheinitialvelocity(vi)equalstotheballisticlimit(vbl),theresidualvelocity(vr)ofthe
projectileaftertheadiabaticshearstageisconsideredtobezero.CombiningEq.(1)andEq.(2),one
obtains

mv2
bl-2(Ecor+Efro+Ebac)=0 (28)

SolvingEq.(28),onecangettheballisticlimitofthecompositesandwichpanelwithGFRPcore.

2 ExperimentalVerificationoftheAnalyticalModel
  Tostudytheballisticlimitofthecompositesandwichplate,theexperimentalstudyontheballis-
ticimpactandpenetrationofthecompositeGFRPsandwichpaneliscarriedout.Thesandwichpanels
arequadraticwiththesizeof500mm×500mm.PanelshavesteelskinsseparatedbyGFRPcomposite
laminatecore.Thethicknessesofthefrontskinandbackskinare6.2mmand10.6mm,respectively.
ThemechanicalandgeometricalpropertiesofthesteelskinsareshowninTable1.Thedensityand
quasi-staticlinearelasticlimitofGFRPcompositelaminatecoreare1650kg/m3and225MPa,respec-
tively.ThethicknessoftheGFRPcompositelaminatevariesfrom40mmto75mm.

Table1 Mechanicalandgeometricalpropertiesofsteelskins

hf/mm hb/mm ρf/(kg·m-3) σu/MPa n γi
6.2 10.6 7850 779 0.586 1.4
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  Theprojectileiscylindricalwiththemassrangingfrom30gto50gandthediameterD=12.8mm.
Thedensityandthedynamicyieldstrengthoftheprojectileare7750kg/m3and1280MPa,respectively.
Theincidentangleis90°.
  TheexperimentalsetupisshownschematicallyinFig.5.Inordertoprovidetheclampedbounda-
ryconditions,thesteelskinsandtheGFRPcoreareboltfastenedtogetherthrough4⌀10mmbolts
whicharelocatedinthe4cornersoftheplate.

Fig.5 Experimentalsetupoftheballisticimpactonsandwichpanels

  Theprojectileisfiredthroughtheballisticgun,andtheinitialvelocity(vi)ismeasuredbythe
timedifferenceoftheprojectilepassingthroughthetwolight-emitter/sensorpairs.Arecyclesettingis
providedtostoptheprojectilefromhittingthebackwallwhenthesandwichpanelisperforated.Inci-
dentandresidualvelocitiesoftheprojectilearemeasuredwithhighprecisionandtheballisticlimitof
thesandwichpanelisestimatedusingstatisticalmethod.Consideringthehigh-speedprojectileimpact,

theinitialstrikingvelocityvariesfrom900m/sto1700m/s.

2.1 ExperimentalStudyonDamageMechanisms
  Considertheperforationofthesandwichcompositeplatewitha60mmthickGFRPcoreasatypi-
calcase.TheplasticdeformationofthefrontskinisshowninFig.6.Avisualexaminationrevealsthat
thefrontskinonlyshowsuplocalizedplasticdeformationandthediameteroftheholeisabitlarger
thanthediameteroftheprojectile.Itisillustratedthattheupsettingphenomenonoccursonthepro-
jectileduringperforationofthefrontskin.Fig.6(a)showstheplugblockisproducedandFig.6(b)

presentsanobviousadiabaticshearbandwhichprovesthefailuremodeofthefrontskintobelocal
adiabaticshear-pluggingfailure.

Fig.6 Plasticdeformationofthefrontskin

  The60mmthickGFRPcoreconsistsof3layersof20mmthickcompositelaminates.Theplastic
deformationofeachlayerisshowninFig.7.Itisillustratedthattheoveralldeformationofthefirst
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layerisverysmall,whichgivesagoodsupporttothefrontskin.Thefailuremodeofthefrontside
fiberunderhigh-speedprojectileimpactiscompressionshearfailurewhilethefailuremodeoftheback
sidefiberistensilefailure.Withthedeepeningofthepenetration,theoveralldeformationoftheGFRP
compositelaminategraduallyincreasesduetothecompressionandshearingbetweentheprojectileand
thecompositelaminate.However,theexistenceofthebackskinimposesarestrictiononthistrend.
Besides,alargeamountofheatproducedbythehypervelocitypenetrationleadstothefiringofthe
fibers.

Fig.7 PlasticdeformationofGERPcore

  TheplasticdeformationofthebackskinisshowninFig.8.Asisshown,exceptforthelocalized
plasticsheardeformation,asmalloveralldeformationoccurredtothebacksteelskinasaresultofthe
compressionbetweentheprojectileandthebackskin.Afterthepenetrationofthefaceskinandthe
GFRPcore,thespeedoftheprojectileisrelativelylowwhentheprojectilepenetratesthebackskin.
TheshapeoftheprojectileaftertheperforationofthebackskinisshowninFig.9.Theshapesofthe
projectileandbulletholeshowthatthemainfailuremodeofthebackskinisthesimpleshearplugging
failure,whichissimilartothepenetrationcharacteristicsofthemid-thicksteelplate.However,asmall
adiabaticshearbandexistsintheedgeofthebullethole(showninFig.8(b)).

Fig.8 Plasticdeformationofthebackskin Fig.9 Shapeofprojectileafterperforationofbackskin

  Theexperimentresultsshowthatthefailuremodeofthecompositesandwichplateisconsistent
withthetheoreticalmodelestablishedinthispaper.Thefrontandbacksteelskinswillproducealarge

9-101510

 第32卷 LISiyu,etal:PredictionofBallisticLimitofCompositeGFRPSandwichPanelsunderHypervelocityImpact 第1期 



deformationwhensubjectedtotheprojectileimpactduetotheirgoodductility.Thetensilestrengthof
thefiberreinforcedcompositematerialishigherthanthatofthesteelwhereas,however,littleplastic
deformationoccursbeforereachingitstensilestrength.Thiskindofcharacteristiceffectivelyrestrains
thedeformationofthesteelskins.Theexistenceofthebackskincanprovidealastbarriertoresist
againsttheprojectileasmuchaspossible.Therefore,thesteelskinsaretypicallyresponsibleforbear-
ingthein-planeload,whereastheGFRPcoreservestotransfertheshearbetweenthefrontandback
skinsandrestraintheoveralldeformationofthecompositesandwichplate.

2.2 ComparisonofResultsandDiscussion
  Onemayfindasummaryoftheexperimentaldataforthesandwichcompositepanelswitha60mm
thickGFRPcoreinFig.10wheretheballisticlimitismarkedupusingaredline.Theconditions
betweenexactperforationandnearperforationareconsideredasthecriticalstateofwhichthecorre-
spondingincidencevelocityisconsideredasthecriticalvelocity.Obviously,thereare15casesconducted,

theballisticlimitisobtainedusingthestatisticalmethodfromthecriticalvalues.Thestandarddevia-
tionoftheballisticlimitis18.91m/s.

Fig.10 Experimentaldataofsandwichcompositepanels
witha60mmthickGFRPcoreunderimpact

offlat-nosedcylindricalprojectile

  AsitisshowninTable2,fiveballistic
testswith3differentcorethicknessesand3
differentprojectilemassesareconducted.Due
totheconstraints,wefailedtogainthedata
fortwoconditionsofthefive.Thetestvalues
ofthetwofailedconditionsgiveninTable2
arethemaximumspeedoftheprojectile,one
projectileofwhichisalmostthroughthepanel
whiletheotherisnot.Thetheoreticalvalues
oftheballisticlimitsarecalculatedfollowing
Eq.(28).Comparisonofthetestandtheoreti-
calresultsislistedinTable2.
  Noticethattheerrorsoftheballisticlimit
betweenthetestresultsandthetheoretical
resultsislessthan11%,whichiswithinthe
limitofengineeringrequirements.Itshouldbe
mentionedthattheexperimentalevaluationoftheballisticlimitisuncertaintosomedegreeforthe
limitedamountofdataandmeasurementerror.Thecalculatedvalueoftheballisticlimitofthesand-
wichplatewitha40mmthickcoreisrelativelylarge.ThisisbecausethesupporteffectiveofGFRP
coresisrelativelyweakerthantheotherconditionssothatthebearingcapacityofthefrontskinhas
beenoverestimated.
  InordertofurtherexploretheballisticimpactcharacteristicsofthecompositeGFRPsandwich
panels,somenumericalresultsareobtainedbasedonthetheoreticalformulainthispaper.Theenergy
absorptionratioofeachstageundertheconditionoftheballisticlimitvelocityisshowninTable3.It
isshownthatmorethan90%energyisabsorbedbytheGFRPcompositelaminateandlessthan10%
bythesteelskins.Onlyverylittleplasticdeformationoccurredtothesteelskinsofbothsidesbecause
ofitslowenergyabsorption.Itisalsoprovedthattheenergyabsorptionofthefibercompressionand
fractureismuchlargerthantheshearenergydissipationofthesteelskins.
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Table2 Comparisonofballisticlimitcomputedbytheoreticalmodelwithexperimentalresults

Mass/g Corethickness/mm Exp.value/(m·s-1) Calc.value/(m·s-1) Error/%

40 40 753.8 831.9 10.7
30 60 1422.9 1402.9 -
40 60 1162.7 1132.4 2.6
50 60 974.1 958.1 1.6
50 75 879.0 1144.7 -

  Fig.11showsthattheballisticlimitofthecompositeGFRPsandwichpanelpresentsalinearin-
creasetrendwiththeincreaseofthecorethickness.Ontheotherhand,anonlineardeclineofthebal-
listiclimitofthecompositeGFRPsandwichpanelwiththeincreaseofthemassofprojectileisshown
inFig.12.Itisevidentfromthesetwofiguresthatthetheoreticallypredictedballisticlimitsarein
goodagreementwiththeexperimentaldata.Asamatteroffact,themassofboththeprojectileandthe
corethicknessexertsasignificantinfluenceontheballisticlimit,whichprovidesareferenceforthe
penetrationresistancedesignstandards.

Table3 EnergyabsorptionratioofcompositeGFRPsandwichpanelsunderimpactof
flat-nosedcylindricalprojectilewithballisticlimitvelocity

Mass/g Corethickness/mm (Efro/Eabs)/% (Ecor/Eabs)/% (Ebac/Eabs)/%

40 40 2.9 90.7 6.4
30 60 1.6 95.0 3.4
40 60 1.4 95.7 2.9
50 60 1.8 94.4 3.8
50 75 1.2 96.1 2.7

Fig.11 BallisticlimitchangingwiththeGFRPcore
thicknessunderimpactofa40gflat-nosed

cylindricalprojectile

Fig.12 BallisticlimitofcompositeGFRPsandwich

panelswitha60mmthickcorechanging
withthemassofprojectile

3 Conclusions
  Inthisstudy,atheoreticalapproachisdevelopedforthepenetrationandperforationofthecom-
positeGFRPsandwichpanelsstrucktransverselybythecylindricalprojectileswithaflatnoseovera
widerangeofimpactvelocity,massoftheprojectileandthicknessofthecore.Theapproachisbased
uponathree-stagemodelwiththeassumptionthatthedeformationsofthesteelskinsarelocalizedand
theprojectileisconsideredasarigidbodyintheperforationoftheGFRPcompositelaminate.Theen-
ergyabsorptionofthesandwichpanelsisdividedintothreeparts,i.e.theenergyabsorptionofthe
frontskin,thatoftheGFRPcore,andthatofthebackskin.Theadiabaticshearmodelandsimple
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shearmodelareusedtopredicttheenergyabsorptionofthefrontskinandthebackskin,respectively,

withtheupsettingeffectoftheprojectiletakenintoconsideration.Analyticalsolutionshavebeen
derivedforthepenetrationdepthandtheballisticlimitinthecaseofperforation.
  Itisdemonstratedthatthetheoreticalpredictionsareingoodagreementwiththeexperimental
observationsforthecompositeGFRPsandwichpanelsstrucknormallybythecylindricalprojectiles
withaflatnoseintermsofthepenetrationdepthandtheballisticlimit.Numericalcalculationiscar-
riedoutbasedonthetheoreticalformulaproposedinthispaper,whichindicatesthesignificantinflu-
encesoftheprojectilemassandthecorethicknessontheballisticlimit.
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GFRP复复合三明治板在高速弹体冲击下的
弹道极限预测

李思宇1,李晓彬1,赵鹏铎2,高松林1

(1.武汉理工大学交通学院,船舶、海洋与结构工程系,湖北 武汉 430063;

2.海军装备研究院,北京 100073)

  摘要:研究了玻璃纤维复合三明治板在圆柱形平头弹体打击下的预测弹道极限的理论预

测方法。建立了玻璃纤维复合三明治板的三阶段侵彻模型,包括侵彻面板阶段、侵彻复合材料

夹芯层阶段和侵彻内板阶段。基于高速弹体侵彻下靶板的局部变形假设建立了理论关系,将
弹体侵彻复合材料夹心层时视为刚体处理,面板和背板的侵彻阶段考虑了弹体的墩粗效应和

靶板的绝热剪切效应。基于能量平衡原理,推导了复合材料三明治板的弹道极限,并将理论计

算结果与实验结果进行对比和分析,研究了不同侵彻速度、弹体质量和夹心层厚度对弹道极限

的影响。结果表明,理论计算结果与实验结果具有较好的一致性。

  关键词:弹道冲击;三明治结构;玻璃纤维增强;弹道极限

  中图分类号:O385;TB33   文献标志码:A
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内内部爆炸载荷下泡沫铝夹心柱壳
动态响应仿真研究

*

张国栋,李翔宇,梁民族,卢芳云
(国防科学技术大学理学院,湖南 长沙 410073)

  摘要:泡沫铝夹心柱壳在防爆容器领域具有广阔的应用前景。对泡沫铝夹心柱壳在内部

爆炸载荷下的动态响应特性进行了实验研究,并建立了基于Voronoi技术的泡沫铝夹心柱壳

有限元模型,对其动态响应进行了数值模拟。研究结果表明:仿真结果与实验结果吻合较好,
内部爆炸载荷作用下内壳变形量随芯体相对密度增大而减小,外壳变形量随芯体相对密度的

增大而增大,且壳体变形量与芯体相对密度近似满足二次函数关系。

  关键词:内部爆炸;泡沫铝;夹心柱壳;变形量;Voronoi技术

  中图分类号:O383;O347.1   文献标识码:A

  泡沫铝材料具有较低的密度和良好的能量吸收性能,是目前冲击防护领域研究热点之一。在实际

应用中,常将其作为芯体置于两层面板之间构成夹心结构,以降低载荷的强度、吸收载荷能量,从而达到

冲击防护的目的。不同几何形状的夹心结构,其抗冲击性能的影响因素及变形模式也有所不同。对于

防爆罐、长途运输的防爆装置等,通常在仿真计算时抽象为内部爆炸载荷下的夹心柱壳结构,以有效地

简化模型,减小计算量。

  内部爆炸载荷下夹心柱壳动态响应问题是结构抗爆的研究热点之一。倪小军等[1]基于流体弹塑性

模型,建立了描述泡沫铝在爆炸载荷下的冲击响应方程,并进行了药柱水下爆炸的一维数值计算,得到

了描述泡沫铝夹心柱壳结构在爆炸载荷下的弹塑性模型。Shen等[2]通过爆炸实验和数值模拟,研究了

短尺寸泡沫夹心柱壳在内部爆炸加载下的动态响应,并给出了内外壳体运动的解析解。Liu等[3]通过

数值模拟研究了壳体和芯体的组合对夹心结构能量吸收的影响,发现相同质量条件下泡沫夹心柱壳的

外壳最大变形量与能量吸收均大于实心结构。Karagiozova等[4]研究了芯体压溃和外壳变形过程,提出

了夹心柱壳的动态响应理论分析模型。王家维等[5]对分层梯度的泡沫夹心柱壳结构的水下抗爆性能进

行了仿真,通过LS-DYNA内置的实体单元辅以已知的泡沫铝本构关系得到仿真模型,仿真结果表明,
在其他条件相同的情形下,泡沫铝密度沿径向按低高中分布具有最好的能量吸收效果和最小的中心位

移量。Liang等[6-8]也对夹心柱壳的动态响应进行了研究,发现外壳最大变形量与芯体相对密度、内径、
厚度以及爆炸当量有关。从文献调研看,当前内部爆炸载荷下泡沫铝夹心柱壳的研究主要集中在理论

分析、LS-DYNA仿真及简单的实验研究方面。

  Voronoi技术可以模拟泡沫材料的生成过程和细观结构,并具有一定随机性,因而广泛适用于建立

泡沫材料的仿真模型,但鲜见应用于泡沫铝夹心柱壳。本研究首先进行典型工况的爆炸实验,通过分析

实验结果得到内部爆炸载荷下泡沫铝夹心柱壳内外壳体变形量随芯体相对密度的变化趋势;然后采用
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Voronoi技术建立泡沫铝夹心柱壳的二维仿真模型,并将仿真结果与实验规律进行对比,验证该模型的

可靠性;最后对仿真结果进行分析、归纳和拟合,得到壳体变形量随芯体相对密度的变化情况。

1 泡沫铝夹心柱壳在内部爆炸加载下的爆炸实验

  为得到内部爆炸载荷下泡沫铝相对密度对泡沫铝夹心柱壳抗爆性能的影响规律,进行了不同爆炸

载荷和不同相对密度时泡沫铝夹心柱壳的内部爆炸实验。实验装置见图1,其中泡沫铝内径为35mm、

图1 实验装置

Fig.1 Experimentaldevice

外径为45mm,泡沫铝内外各有1个厚1.5mm的45钢

壳,TNT装药位于圆柱几何中心位置。实验过程中共采

用3种不同密度的泡沫铝,其相对密度分别为0.12、

0.16、0.26;采用两种不同药量作为内部爆炸载荷,分别

为9.6g和14.1g,具体工况设计如表1所示,其中m 为

装药质量,ρR 为相对密度。

  实验后测量内外壳体沿径向的最大变形量,并分析

芯体相对密度对壳体变形量的影响规律。不同工况下壳

体变形情况及变形量分别如图2和表2所示,其中din表
示内壳变形量,dout表示外壳变形量。从实验结果可以看

出:内壳变形量随芯体相对密度增大而减小,外壳变形量

随芯体相对密度增大而增大。

表1 实验工况设计

Table1 Experimentaldesigns

CaseNo. m/g ρR CaseNo. m/g ρR CaseNo. m/g ρR

J1 9.6 0.12 J3 9.6 0.16 J5 9.6 0.26

J2 14.1 0.12 J4 14.1 0.16 J6 14.1 0.26

图2 不同工况下壳体的变形情况

Fig.2 Deformationofthesandwichcylindersunderdifferentworkconditions

2-101420

        高  压  物  理  学  报             第32卷  第2期 



表2 实验结果

Table2 Experimentalresults

CaseNo. din/mm dout/mm CaseNo. din/mm dout/mm CaseNo. din/mm dout/mm

J1 19.7 11.7 J3 18.7 14.9 J5 13.8 15.0
J2 28.6 22.5 J4 27.6 23.6 J6 24.6 24.4

2 基于Voronoi技术的泡沫铝夹心柱壳仿真模型

2.1 仿真模型构建

  基于Voronoi技术构建仿真模型,利用 MATLAB程序中的Voronoi函数生成描述泡沫铝模型的

数据,而后将生成的模型描述文件提交仿真软件进行仿真。将仿真结果中的相关数据提取出来,通过与

实验结果进行对比,验证模型的可靠性并分析规律。

  为了模拟泡沫铝的随机性,首先在所研究的平面区域内随机生成核点,通过控制核点之间的距离下

限控制泡沫元胞的尺寸。此外,由于 MATLAB生成的Voronoi图形是不封闭的,因此需要进行进一步

的处理,过程大致如图3所示。而后将生成的模型几何数据与描述夹心柱壳结构的各项参数一同写入

模型描述文件,最终生成泡沫铝夹心柱壳的仿真模型。

图3 Voronoi图形在 MATLAB中的生成过程

Fig.3 CreationprocessofVoronoidiagraminMATLAB

  仿真模型的各项结构参数与实验保持一致,载荷为施加于内壳内表面的脉冲载荷,满足

p(t)=
p0exp[-(t-τ0)/τ0]  t>τ0
p0t/τ0         t≤τ{

0

(1)

式中:载荷峰值p0=90MPa,τ0=0.02ms。仿真中采用的各项材料参数如表3所示。

表3 材料参数

Table3 Materialparameters

Material Density/(g·cm-3) Young’smodulus/GPa Yieldstress/MPa Poisson’sratio

Aluminum 2.70 69 170 0.3
Steel 7.85 210 410 0.3

2.2 仿真工况设计

  由于二维模型与三维实体之间的差异,模型在相对密度的设定上与实际实验装置有所不同,如图4
所示。在泡沫元胞尺寸一定的条件下,若不考虑元胞的壁厚,二维情况与三维情况的相对密度之比约为

45%;考虑元胞壁厚以后,这一数值约为50%。因此,实验所用泡沫铝的相对密度对应在二维模型中应

为0.06、0.08和0.13,设计仿真工况时相对密度的取值范围应包含这3个数值。

  全部工况按照元胞孔径分为3组,分别为6.0、4.5和3.0mm。每组工况中泡沫铝相对密度的取值

范围为0.06~0.15,步长为0.01,如表4所示,其中数字为工况编号,3组工况的示例如图5所示。
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表4 仿真工况设计

Table4 Simulationdesigns

Relative

density

No.ofworkcondition

d=6.0mm d=4.5mm d=3.0mm

Relative

density

No.ofworkcondition

d=6.0mm d=4.5mm d=3.0mm

0.06 301 401 501 0.11 306 406 506

0.07 302 402 502 0.12 307 407 507
0.08 303 403 503 0.13 308 408 508
0.09 304 404 504 0.14 309 409 509

0.10 305 405 505 0.15 310 410 510

图4 二维情况与三维情况的相对密度不同

Fig.4 Differencebetweenrelativedensitiesof2Dand3Dmodels

图5 不同工况的示例

Fig.5 Differentcases

3 动态响应过程及仿真结果分析

3.1 动态响应过程

  在仿真模拟中,夹心柱壳结构的动态响应可大致分为3个阶段:第1阶段,内部爆炸载荷驱动内壳

加速,泡沫铝元胞受内壳压力开始变形、压溃,外壳尚无明显变形;第2阶段,芯体应力逐渐上升,达到外

壳屈服点,内壳、芯体与外壳一起向外运动;第3阶段,内壳停止膨胀并与芯体分离,芯体与外壳共同向

外运动,并最终停止。典型工况的动态响应过程如图6所示。

3.2 仿真结果分析

  将从仿真得到的内外壳体变形量对最大值归一化后,得到归一化后变形量随相对密度的变化情况,
如图7所示。图7(a)和图7(b)中元胞孔径为6.0mm,图7(c)和图7(d)中元胞孔径为4.5mm,图7(e)
和图7(f)中元胞孔径为3.0mm。红线为用二次函数拟合的结果。
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图6 变形过程

Fig.6 Deformationprocess

  从仿真结果可以看出,对于3组元胞孔径不同的工况,内外壳体的变形量随相对密度的变化趋势与

实验结果相符,即内壳变形量随相对密度增大而减小,外壳变形量随相对密度增大而增大。结合3.1节

中的动态响应过程定性分析可知:泡沫铝的相对密度越大,其压溃过程中的平台应力越大,一方面导致

内壳更快地停止膨胀、变形量减小,另一方面外壳更快地达到屈服点、变形量增大。研究结果验证了这

一模型在模拟内部爆炸载荷下泡沫铝抗爆性能上的有效性,且从拟合结果的相关系数R2 可知,壳体变

形量与相对密度近似满足二次函数关系。

图7 归一化后的变形量随相对密度的变化

Fig.7 Relationshipbetweennormalizeddeflectionandrelativedensity
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4 结 论

  进行了泡沫铝夹心柱壳的内部爆炸加载实验,并建立了基于Voronoi技术的二维有限元模型,通过

对比实验结果和仿真规律得到以下结论:(1)由于二维图形与三维图形几何特征不同,二维模型的芯体

相对密度应设定为实际泡沫金属的50%左右;(2)实验与仿真结果均表明,内部爆炸加载下,内壳变形

量随相对密度增大而减小,外壳变形量随相对密度增大而增大;(3)仿真结果表明,内外壳体的变形量

与芯体相对密度大致满足二次函数关系,相关系数在0.90以上。
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DynamicResponseofSandwichCylindersCoredwithAluminum
FoamunderInternalBlastLoading

ZHANGGuodong,LIXiangyu,LIANGMinzu,LUFangyun

(CollegeofScience,NationalUniversityofDefenseTechnology,Changsha410073,China)

Abstract:Sandwichcylinderscoredwithaluminumfoamhavebeenwidelyappliedinthefabricationofblast
protectioncontainers.Theexperimentunderinternalblastloadingwasperformedand,basedontheVoronoi
technique,finiteelementmodelsofsandwichcylinderswereconstructedandthenusedtosimulatethedeform-
ationprocessofthesandwichcylinders.Theresultsshowthatthesimulationresultsagreewellwiththe
experimentresults.Withtheincreaseofthecores’relativedensities,thedeflectionsoftheinnershellsincrease
andthedeflectionsoftheoutershellsdecrease.Furthermore,thedeflectionsoftheshellsandtherelative
densityofthecoresapproximatelysatisfyaquadraticrelationship.
Keywords:internalblast;aluminumfoam;sandwichcylinders;deflection;Voronoitechnique
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闭孔泡沫铝准静态压剪性能研究
*

李雪艳,李志斌,张 舵
(国防科技大学理学院,湖南 长沙 410073)

  摘要:通过添加斜端面垫块和长方体套筒,利用材料试验机对闭孔泡沫铝进行准静态下的压

剪复合加载实验。改变斜端面垫块的角度,得到泡沫铝在不同压剪加载路径下的力学性能。对

试样进行受力分析,得到泡沫铝在压剪空间的屈服面。同时采用有限元软件LS-DYNA对闭孔

泡沫铝的压剪加载过程进行数值模拟,仿真屈服面与实验屈服面吻合较好。仿真研究表明,密度

相同的泡沫铝,在一定孔径范围内,胞孔尺寸越大,屈服应力越大,泡沫铝的承载能力越好。

  关键词:压剪复合加载;闭孔泡沫铝;十四面体模型;屈服面;孔径

  中图分类号:O341   文献标识码:A

  闭孔泡沫铝材料由于其重量轻、高比刚度、高比强度和良好的电磁屏蔽性能等优良特性,广泛应用

于航空航天、汽车运输、军事等领域[1]。目前对泡沫铝的研究多集中于简单应力状态下的研究[2-4]。然

而在实际应用中,泡沫金属材料受到的载荷作用往往是复杂的。例如,轻质泡沫材料在汽车中主要应用

在保险杠、车架等部件,而在发生事故时这些部件受到的不会是单纯的拉伸或者压缩作用,材料主要受

压剪加载作用而被破坏。因而研究泡沫金属在多轴加载下的宏观力学行为有重要的意义。

Gioux等[5]采用双轴加载和三轴等比例加载装置测量得到了泡沫铝在准静态下的屈服面,

Deshpande等[6]引入静水压实现了对Alporas和Duocel两种泡沫铝的多轴加载,Ruan等[7]实现了对

5种不同密度CYMAT泡沫铝的三轴压缩。这些装置的应用为泡沫铝复合加载测试积累了重要的实验

结果,但多数实验装置过于复杂。为了实现复杂应力状态的研究,一种简单的压剪复合加载的思想得到

了关注。崔云霄等[8]通过改进杆系,将入射杆的后端面由原来的平面改为两个与轴线成45°角的楔形

面进行了剪切信号的测试;郑文等[9]通过添加对称的两个斜端面垫块实现了准静态和动态压剪复合加

载。目前,国内外对于泡沫金属的屈服准则及其本构模型已有了一些研究。Gibson等[10]基于描述泡沫

材料的正立方体单胞模型,推导出了泡沫材料理论多轴失效屈服准则。Miller[11]通过改进Drucker-
Prager屈服准则提出了一个唯象的泡沫金属各向同性弹塑性本构模型,模型中充分考虑到了材料的拉

压屈服强度不对称性和材料的塑性可压缩性。
泡沫金属结构、形状和基体材料的不均匀性,使试件尺寸、加载应变率和胞孔尺寸等因素都会对材

料的力学行为造成影响。Nieh等[12]认为胞孔尺寸对材料屈服强度的影响可以忽略,Onck等[13]建立模

型进行分析后认为屈服强度随孔径与试件尺寸比值的增加逐渐增大且最终趋向稳定。因此,孔径对材

料屈服强度的影响一直存在争议。
基于上述现状,本研究采用实验和数值模拟结合的方法研究闭孔泡沫铝在压剪复合加载下的力学

性能,首先通过添加斜端面垫块和套筒对闭孔泡沫铝进行准静态下的压剪复合加载实验,然后利用有限

元软件LS-DYNA对压剪加载过程进行数值模拟,验证上述压剪复合加载实验方法所获得数据的可靠

性。最后仿真分析了胞孔尺寸对泡沫铝屈服面的影响。
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1 实验装置及原理

1.1 实验方案

  通过添加斜端面垫块和长方体套筒,在材料试验机上实现对闭孔泡沫铝的压剪复合加载,如图1所

示,其中套筒、斜端面垫块是本实验装置的主要改进部分。套筒的材质是工业用聚四氟乙稀,其作用是

尽量减小加载过程中斜端面垫块与套筒之间的摩擦力,在整个加载过程中套筒约束了斜端面垫块的运

动行程始终在轴线方向。本研究共设计了6种倾斜角(10°、20°、30°、40°、50°、60°)的斜端面垫块。为了

防止试样在加载过程中发生滑动,通过增大垫块表面的摩擦度来增大试样与垫块之间的摩擦力。试件

是底面直径32mm、高10mm的圆柱形,具体尺寸和加载条件见表1,试件的密度为0.49g/cm3。

图1 压剪复合加载实验装置

Fig.1 Devicesforcombinedcompression-shearloadingexperiment

表1 试件尺寸和加载条件

Table1 Specimensizeandloadingconditions

Diameter/mm Height/mm Density/(g·cm-3) Loadingangle/(°) Loadingspeed/(mm·min-1)

32.50 9.88 0.49 10 1
31.92 10.24 0.49 20 1
32.50 10.00 0.49 30 1
31.94 10.06 0.49 40 1
32.00 10.22 0.49 50 1
32.00 10.08 0.49 60 1

1.2 试件受力分析

  如图2所示,定义垫块的倾角β为斜面与底面的夹角,静态实验中试件受力平衡,当垫块倾角为β
时,若试件受到压力F,此时泡沫铝试件受到法向的压力Fn 和切向的剪力Fs,根据力平衡可以得到

Fncosβ+Fssinβ=F (1)

  再对图2(b)进行变形分析,若试样长度为L,轴向变形为s,因为变形量是小量,且实验中试件与垫

块不发生相对滑动,则试件上的法向应变ε和切向应变γ 应满足

ε=scosβ
L

,γ=α≈tanα≈ssinβ
L

(2)

当试件处于弹性状态内,试件应力-应变满足

Fn=σAs=EεAs,Fs=τAs=GγAs (3)
式中:E 和G 分别是试件的弹性模量和剪切模量,关系为
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图2 试样受力分析和位移关系

Fig.2 Forceanalysisanddeformationanalysisforspecimen

E=2(1+ν)G (4)
式中:ν是试件的泊松比,将(2)式和(4)式代入(3)式可得

Fs

Fn
=τAs

σAs
=Gγ

Eε =2(1+ν)cosβ (5)

将(5)式代入(1)式可得到最终的法向力与切向力的表达式

Fn= 2(1+ν)cosβ
(1+2ν)cos2β+1

F (6)

Fs= sinβ
(1+2ν)cos2β+1

F (7)

进一步可以得到法向应力与切向应力的表达式

σ=Fn

As
= 2(1+ν)Fcosβ
[(1+2ν)cos2β+1]As

(8)

τ=Fs

As
= Fsinβ
[(1+2ν)cos2β+1]As

(9)

法向应变ε和切向应变γ 由(2)式给出,这样就可以得到在弹性段试件的法向应力-应变曲线和切向应

力-应变曲线。

2 实验结果分析和讨论

2.1 表观载荷-位移关系

  图3给出了密度为0.49g/cm3 的闭孔泡沫铝试件在不同加载角度下压剪复合加载的表观载荷-位
移曲线。曲线的形状与单轴压缩实验结果类似。初始峰值载荷定为泡沫铝的屈服载荷。整个载荷-位
移曲线可以分为3个阶段:第1阶段是加载到初始峰值载荷,该阶段的主要材料性能指标是屈服载荷;
第2阶段是从屈服载荷到材料开始被压实,该阶段的主要指标是塑性平台载荷Pp;第3阶段是载荷急

剧上升的压实阶段。在整个平台阶段,曲线上下波动,这种现象与泡沫铝的特殊微观结构有关。
塑性平台载荷通过(10)式确定

Pp= 1
Sd-Sy∫

Sd

Sy
pds (10)

式中:Sy 是载荷-位移曲线中峰值载荷点对应的位移,Sd 是试样开始进入压实阶段时对应的位移。压实

位移通过能量吸收效率曲线E 确定,当能量吸收效率E 达到最大时所对应的位移为压实位移,如图4
所示。能量吸收效率E 为

E= 1PS∫
s

0
pds (11)
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图3 不同加载角度下的表观载荷-位移曲线

Fig.3 Overallforce-displacement
indifferentloadingangles

图4 不同加载角度下的能量吸收效率曲线

Fig.4 Energyabsorptionefficiency
indifferentloadingangles

图5 不同加载角度下的屈服载荷和平台载荷

Fig.5 Yieldloadandplasticplateauload
indifferentloadingangles

  图5给出了闭孔泡沫铝在不同加载角度下的
屈服载荷和塑性平台载荷,从图中可以看出,随着加
载角度的增加,屈服载荷和塑性平台载荷逐渐降低。
分析原因主要是:随着加载角度的增加,试件所受的
剪切载荷分量增加,又因为泡沫铝的剪切强度和刚
度远低于抗压强度和刚度,所以加载角度越大,试件
承载能力越弱。
2.2 准静态压缩曲线法向和切向分量
  在这里指出,本工作侧重在研究泡沫铝的初始
屈服行为。其法向应力和切向应力分别由(8)式和
(9)式得到。图6给出了闭孔泡沫铝法向方向和切
线方向的应力-应变关系曲线。可以看出,随着加载
角度的增加,法向屈服应力逐渐减小,而切向屈服应
力逐渐增大。由图6还可以看出,法向应力-应变曲
线的初始斜率基本相等,但是切向应力-应变曲线的
初始斜率差别很大,而且随着加载角度的增加,这种
差异增大。

图6 分解的应力-应变曲线

Fig.6 Decompositionofquasi-staticcompression
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3 数值分析

3.1 模型建立

  为了进一步验证上述压剪复合加载实验所获数据的可靠性,采用有限元软件LS-DYNA建立压剪

复合加载实验的实体模型,有限元模型如图7所示,模型由上斜端面垫块、下斜端面垫块和泡沫铝组成,
泡沫铝模型采用4节点壳单元,壳单元尺寸为0.15mm,垫块采用实体单元,单元尺寸为0.19mm。有

限元模型网格单元数量总共为97.5万。十四面体单胞尺寸设置为2mm,十四面体壳单元厚度设置为

0.084mm,对应的泡沫铝密度为0.49g/cm3(与实验采用的泡沫铝一致)。
应该注意的是,由于聚四氟乙稀材料具有良好的自润滑性和较小的摩擦力,因此本研究忽略了垫块

和聚四氟乙稀间的摩擦力,在压剪复合加载实验装置的有限元模型中也没有建立聚四氟乙稀套筒。为

了与实验相对照,同样设计了10°、20°、30°、40°、50°、60°共6个加载角度的有限元模型。根据文献[14]
结果,3×3×3的重复堆叠模型的压缩应力-应变关系在三维空间中会明显收敛,本研究建立的压缩模

型为7×7×5,大于3×3×3模型,因此模拟结果可信度较高。

图7 不同加载角度下的压剪复合加载有限元模型

Fig.7 Finiteelementmodelofcombinedcompression-shearloadingindifferentloadingangles

3.2 计算参数与接触设置

  有限元模型中材料参数如表2所示。斜端面垫块与泡沫铝之间采用罚函数接触(*CONTACT_

AUTOMATIC_NODES_TO_SURFACE)定义接触,泡沫铝内部自身接触(*CONTACT_AUTO-
MATIC_ONE_WAY_SURFACE_TO_SURFACE)。

表2 各单元材料和材料模型

Table2 Materialandmaterialmodelsforelements

Partname Material Density/(g·cm-3) Materialmodel
Upperbeveledbar 45steel 7.83 Rigid
Lowerbeveledbar 45steel 7.83 Rigid
Shellelementmatrix Aluminumalloy 2.70 PLASTIC_KINEMATIC

  下斜端面垫块被施加固定的约束,上斜端面垫块以恒定速度竖直向下压缩,根据文献[15]可知,如
果仿真加载速度与实验速度相同(1mm/min),则模拟时间将会太长。通过增加仿真加载速度可以缩

短计算时间,前提是保证动能与内能的比例以及沙漏能与内能的比例都在5%以下,那么整个加载过程

可以看作是准静态压缩过程。因此,本研究也采用提高数值模拟中加载速度的方法,上斜端面垫块加载

速度为0.03m/s。
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3.3 数值模拟结果分析

图8 十四面体模型在不同应变下的

变形模式(加载角度30°)

Fig.8 Deformationmodeloftetrakaidecahedronmodel
atdifferentstrains(loadingangle30°)

  图8给出了7×7×5的泡沫铝有限元模型在不

同压缩应变下的变形图。从图8可以看出,压剪复

合加载时变形不再均匀,且胞体的坍塌是一层一层

推进的。整个过程是胞壁的屈曲折叠,这和实验所

观察到的现象一致。压缩过程中出现明显的压剪

带,首先在压剪带位置孔洞被挤压缩小,随后孔洞被

压实甚至坍塌,试样在压剪带位置受损最严重。

3.3.1 表观压力-位移曲线比较

  由于泡沫铝的变形局部化,我们使用表观压力-
位移曲线来描述泡沫材料的宏观力学行为。其中压

力通过(12)式计算

p=Finput/S (12)
式中:Finput是垫块与泡沫铝之间的竖直方向的接触

力,S是泡沫铝试样的截面积。
将数值模拟获得的压力-位移曲线与实验结果

进行比较,如图9所示,为了图像的清晰,我们仅列

出单轴压缩(加载角度0°)下和加载角度为50°两种工况下的比较结果。可以看出,在第1阶段,仿真曲

线的初始峰值与实验一致,然而,弹性段的斜率有明显的差异;在第2阶段,相比较实验曲线,仿真曲线

有更多的波动,但二者的平均强度相当;在第3阶段,数值曲线与实验曲线一致性较好。

3.3.2 初始峰值强度和平台强度比较

  本研究通过初始峰值强度和平台强度两个指标来量化验证数值模拟的可靠性。不同加载角度下的

初始峰值强度和平台强度的实验结果和数值模拟结果如图10所示。当加载角度为30°时,数值模拟的

初始峰值强度和实验差异最大,相差8.2%。对于平台强度,数值结果与实验结果有较好的一致性。

图9 实验和数值模拟的表观压力-位移曲线比较

Fig.9 Comparisonofnumericalandexperimental
overallpressure-displacement

图10 实验和数值模拟的初始峰值强度、平台强度比较

Fig.10 Comparisonofnumericalandexperimental
initialpeakandaveragestrength

3.3.3 实验屈服面与仿真屈服面比较

  利用(8)式和(9)式可以得到数值模拟中不同加载角度下泡沫材料屈服时的法向应力和切向应力,
将其列于(σ,τ)空间内,可得到图11所示的屈服面数值仿真结果。与屈服面实验结果比较发现,仿真屈

服面与实验屈服面吻合较好。接下来,采用LS-DYNA进一步分析胞孔尺寸对材料屈服面的影响。
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3.3.4 胞孔尺寸对屈服面的影响

  在有限元模拟中,通过改变十四面体壳单元的厚度来改变泡沫铝的密度。为了研究胞孔尺寸对屈

服面的影响,选取四组具有相同密度(0.49g/cm3),但是胞孔尺寸不同(0.5、1.0、2.0和3.0mm)的泡

沫铝作为研究对象,相应的壳单元厚度为0.021、0.042、0.084和0.126mm。数值模拟得到不同胞孔

尺寸下泡沫铝的屈服面,如图12所示,可以看出,在本研究的孔径范围内,胞孔尺寸越大,泡沫铝的屈服

应力越大。分析其原因:闭孔泡沫铝主要由胞孔和胞壁组成,当密度相同时,平均孔径越大,则胞壁越

厚。而屈服应力基本上与胞壁的厚度正相关。因此,胞孔尺寸越大,屈服应力越大,泡沫铝的承载能力

越好。

图11 实验屈服面与仿真屈服面比较

Fig.11 Comparisonofexperimentandsimulationyieldsurface

图12 胞孔尺寸对屈服面的影响

Fig.12 Effectofcellsizeonyieldsurface

4 结 论

  通过添加斜面垫块和长方体套筒,在材料试验机上实现对闭孔泡沫铝的压剪复合加载,并进行了加

载角度从10°~60°共6种不同加载路径的准静态实验。通过对试样进行受力分析以及实验结果处理,
得到了泡沫铝材料在压剪空间的屈服面,同时采用有限元软件LS-DYNA分析验证了实验方法的可靠

性。主要结论如下:
(1)随着加载角度的增加,试件所受的剪切载荷分量增加,试件屈服载荷和塑性平台载荷逐渐降低;
(2)通过比较实验和数值模拟得到的表观压力-位移曲线、屈服载荷和平台载荷等参数,验证了数

值模拟结果的可靠性;
(3)压剪复合加载时泡沫铝变形不再均匀,且胞体的坍塌是一层一层推进的,压缩过程中出现明显

的压剪带,试件首先在压剪带位置孔洞被挤压缩小,随后孔洞被压实甚至坍塌,试样在压剪带位置受损

最严重;
(4)相同密度的泡沫铝在一定孔径范围内,胞孔尺寸越大,屈服应力越大,泡沫铝的承载能力越好。
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MechanicalBehaviorsofClosed-CellAluminumFoams
underQuasi-StaticCompression-ShearLoads

LIXueyan,LIZhibin,ZHANGDuo
(CollegeofScience,NationalUniversityofDefenseTechnology,Changsha410073,China)

Abstract:Inthepresentwork,weconductedthequasi-staticcompression-shearexperimentsonthe
closed-cellaluminumfoamsusinganimprovedtestingmachineandinstallingbeveledbarsanda
columnsleeve.Bychangingtheangleoftheinclinedbeveledbarsweobtainedthemechanicalpropertiesof
thealuminumfoamsindifferentcompression-shearloadingpaths,andthenfiguredoutthealuminum
foam’sexperimentyieldsurfacefromtheforceanalysisofthespecimenused.Atthesametime,we
simulatedthecompression-shearprocessoftheclosed-cellaluminumfoamsusingthefiniteelement
softwareLS-DYNA.Thesimulatedyieldsurfaceisingoodagreementwiththeexperimentalyield
surface.Theresultsshowthat,forthealuminumfoamsofthesamedensityandinagivenrangeofthe
cellsize,theyieldstrengthoftheclosed-cellaluminumfoamsincreaseswiththeincreaseofthecell
size,andsodoesitsloadcapacity.
Keywords:compression-shearloading;closed-cellaluminumfoams;tetrakaidecahedron model;yield
surface;cellsize
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落锤冲击下钢筋混凝土梁响应
及破坏的数值模拟

*

宋 敏,王志勇,闫晓鹏,王志华
(太原理工大学力学学院材料强度与结构冲击山西省重点实验室,山西 太原 030024)

  摘要:钢筋混凝土在动态冲击下表现出与静态加载不同的结构响应,且破坏模式更为复

杂。在钢筋三折线本构模型中引入应变率效应,利用ABAQUS显式动力分析模块,对钢筋混

凝土梁在不同高度冲击下的结构响应进行了数值模拟。得到的冲击力和跨中挠度时程曲线与

实验结果吻合较好,验证了模型的有效性。基于该模型,研究了配筋率分别为2.56%、2.66%
和2.76%时,钢筋混凝土梁在不同冲击速度下的结构响应。结果表明:增大配筋率能够提高

梁的承载能力;随冲击速度的增大,配筋率对梁抗变形能力的增强效果逐渐减弱;当冲击速度

为4.85m/s时,配筋率对梁破坏模式的影响微弱;当冲击速度大于4.85m/s时,随配筋率的

减小,破坏模式由剪切破坏转变为弯曲破坏。

  关键词:落锤冲击;配筋率;应变率效应;钢筋混凝土

  中图分类号:O346.5   文献标识码:A

  钢筋混凝土结构在建筑、桥梁工程中有广泛的应用。混凝土作为非弹性材料,在动态和静态加载条

件下会表现出不同的力学特性,且存在明显的加载率效应。国内外许多研究表明,钢筋混凝土结构在高

应变率加载条件下具有较高的变形抗力,结构的失效模式也会发生相应的变化。例如,Ožbolt等[1]将

率相关微平面模型引入3D有限元模型中,分析了加载速率对锚杆拔出时混凝土失效模式的影响。

Travaš等[2]模拟了素混凝土梁在准静态和动态加载下的结构响应,发现准静态和低速冲击(v=2m/s)
下梁发生弯曲破坏;当冲击速度大于2m/s时,梁的破坏模式由弯曲破坏转为剪切破坏。付应乾等[3]对

钢筋混凝土梁进行三点弯曲试验,探讨了不同冲击高度下钢筋混凝土结构的破坏机理。Saatci等[4]对

钢筋混凝土梁进行不同质量锤头的落锤冲击试验,发现梁可承载的冲击力随抗剪强度的升高而增大。
展婷变等[5]对钢筋 混 凝 土 梁 进 行 落 锤 试 验,分 析 了 冲 击 速 率 对 最 大 承 载 力 和 梁 变 形 的 影 响。

Zineddin等[6]对钢筋混凝土板进行不同高度的冲击试验,发现高速冲击下配筋率对于改善混凝土结构

的层裂破坏有较大作用,但对最大承载力影响较小。范向前等[7]开展了非标准钢筋混凝土三点弯曲梁

试件断裂试验,认为梁能够承载的最大载荷由配筋情况决定。沈培峰[8]研究了配筋率对钢筋混凝土梁

断裂性能的影响以及钢筋在裂缝扩展过程中的限裂作用。落锤试验[9-12]是目前研究钢筋混凝土梁在低

速冲击下破坏的有效手段。由于试件制备过程中浇筑技术和温度等外在条件影响,混凝土的力学性能

具有一定的离散性。另一方面,实验过程中数据采集和加载条件的控制难免存在误差,因此最终实验结

果的可靠性降低。
随着计算机软件的开发和有限元技术的不断成熟,数值仿真计算为实验结果的分析提供了有效的
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参考依据。李敏等[13]模拟了地震作用范围内加载速率对钢筋混凝土梁影响,姜华等[14]使用弹塑性断

裂带模型(EPDC)模拟了钢筋混凝土梁在动态冲击下的结构响应。有限元建模存在本构模型不同、网
格划分精细程度不一等差别,与实验结果进行对比后可验证其有效性。本研究基于ABAQUS有限元

软件,模拟并分析了钢筋混凝土梁在不同高度冲击下的动态响应。通过模拟与实验结果对比,验证了模

型的有效性,并讨论了不同冲击速度下,配筋率对钢筋混凝土梁承载力、抗变形能力和破坏模式的影响。

1 有限元模型

  付应乾等[3]利用落锤对钢筋混凝土梁进行三点弯曲试验,探讨了不同冲击高度下混凝土结构的破

坏机理。本研究对该实验进行有限元建模,所用模型尺寸与参考文献[3]一致,如图1所示。混凝土设

计强度为C30,实验用梁长1.2m,截面尺寸为120mm×120mm,纵向钢筋采用 HRB335,箍筋采用

HPB235,保护层厚度为20mm。

图1 梁尺寸及配筋截面图(单位:mm)

Fig.1 Beamsizeandreinforcementsection(Unit:mm)

  模型中通过减小锤头的几何尺寸和增大密度来保持冲击能量不变。支座密度为7800kg/m3,弹

性模量为200GPa,泊松比为0.3。为减少计算时间,根据v= 2gh (1g=9.8m/s2),落锤下落高度

1.2、2.4和4.8m,在预定义场中将初始速度分别设为4.85、6.86和9.60m/s。对锤头约束在只有y
方向存在位移,锤头与混凝土梁上表面接触为通用接触。支座设置为在x方向上(即混凝土梁纵向)存
在位移。锤头与混凝土梁上表面初始距离为1mm。有限元模型如图2所示。模型中混凝土采用CDP
(CrackDamagePlastic)模型,参数[15]如表1所示。混凝土采用三维8节点缩减积分单元(C3D8R),网
格尺寸为1.2mm×1.2mm×1.2mm。

图2 有限元模型

Fig.2 Finiteelementmodel

表1 混凝土模型参数[15]

Table1 Parametersofconcrete[15]

Dilationangle/
(°)

Eccentricity fb0/fc0 K
Viscosity
parameter

Density/

(kg·m-3)
E/GPa ν

30 0.1 1.16 0.6667 0.0005 2400 26.48 0.167

  钢筋采用三折线模型,有限元模型中网格单元为三维8节点缩减积分单元(C3D8R),网格尺寸为

1.2mm×1.2mm×1.2mm,以Embed形式嵌入混凝土基体中。模型中不考虑钢筋与混凝土之间的

握裹力和拉拔效应。试验表明[16],高应变率作用下建筑钢筋的弹性模量E 保持不变,钢筋 HPB235的

弹性模量为210GPa,HRB335和HRB400的弹性模量为200GPa。钢筋的屈服强度和极限强度随应

变率的增大而提高,其变化规律可表示为

fy,d

fy,st
=1+ D1

fy,st
lnε·

ε·0
(1)
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fu,d

fu,st
=1+ D2

fu,st
lnε·

ε·0
(2)

式中:ε· 为钢筋的应变率,ε·0=0.0003s-1,fy,d和fy,st分别为钢筋动态和静态加载下屈服强度,fu,d和

fu,st分别为钢筋动态和静态加载下极限强度。
林峰等[16]通过实验,得到HPB235和HRB335的D1 和D2 分别为10.05、8.73和6.38、6.54。以

三折线建筑钢筋模型为例,其应力-应变关系可表示为

σ=

Eε      0<ε≤εb,d
fy,d   εb,d<ε≤εe,d

fy,d+ ε-εe,d
εu,d-εe,dfu,d εe,d<ε≤εu,

ì

î

í

ï
ïï

ï
ï d

(3)

式中:εb,d和εe,d分别为屈服平台开始和结束时相应的应变,εb,d=fy,d/E,εe,d=εb,d+εe,st-εb,( )st ;εu,d为极

限强度对应的应变,εu,d=εu,st。
钢筋HRB335选用ε·=2.9s-1时的屈服强度和极限强度,HPB235选用ε·=6.5s-1时的屈服强度

和极限强度,见表2。
表2 钢筋参数[16]

Table2 Parameterofsteelmodel[16]

Reinforced

grades
Diameter/

mm
ρ/

(kg·m-3)
E/GPa ν

Yieldstrength/

MPa
Ultimatestrength/

MPa
HPB235 8 7862 210 0.3 400 540
HRB335 10 7860 200 0.3 438 687
HRB335 12 7850 200 0.3 438 687

2 有限元模型验证

  将模拟得到的冲击力、跨中挠度的最大值与实验结果[3]进行对比,如表3所示。不同冲击速度下得

到的冲击力和跨中挠度最大值与实验结果吻合较好,且略大于实验值。该现象的原因是实验中梁两端

会架设钢板来保持其在冲击过程中不会产生太大位移,而有限元模型中出于简化模型没有建立这些约

束条件。另一方面,下落过程中锤头与下滑轨道存在摩擦,导致锤头与混凝土梁上表面接触时的瞬时速

度相比计算值较小。这两个方面最终导致实验结果比模拟结果偏小。
随着冲击速度的提高,钢筋在实验中的屈服强度和极限强度与有限元模型中的值接近,冲击力峰值

误差逐渐减小。实验中通过激光位移传感器测量锤头位移,默认锤头位移与梁跨中挠度值相同,模拟中

提取梁上表面中心点的位移时程曲线。实际工况中锤头位移达到最大值后锤头开始反弹,梁具有少量

动能继续向下运动,跨中挠度继续增大,实验测得的锤头位移最大值比梁跨中挠度最大值偏小。随着冲击

高度的增加,锤头反弹时梁具有的动能相对增大,跨中挠度增大值相对增大,导致模拟与实验的误差增大。

表3 模拟与实验结果对比

Table3 ComparisonofresultsbetweenFEMandexperiment

Method
Dropheight(m)
/Mass(kg)

Impactvelocity/

(m·s-1)
Maximumimpact
force/kN

Maximumdeflectionof
mid-point/mm

Experiment 1.2/124 104.0 28.3
FEM -/124 4.85 149.1 30.7

Experiment 2.4/124 94.7 51.2
FEM -/124 6.86 134.7 56.5

Experiment 4.8/124 173.9 90.4
FEM -/124 9.60 181.2 102.9
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  冲击高度为4.8m(即v=9.60m/s)时的冲击力模拟与实验结果对比如图3所示。由图3可知,模
拟得到的冲击力时程曲线与实验结果变化趋势基本一致,峰值分别为181.2和173.9kN,模拟值比实

验值大4.2%,该误差在允许范围内。
图4为不同冲击速度下跨中挠度时程曲线的模拟与实验结果对比。由图4可知,随着冲击速度的

提高,跨中挠度不断增大。当第一次冲击结束时,锤头与混凝土梁上表面分离,梁出现轻微回弹效应,跨
中挠度达到极值后开始减小。由表3可知,模拟得到的最大值比实验值偏大,分别增大8.5%、10.3%
和13.8%,该结果是模拟中冲击速度比实际值偏大导致的。

图3 冲击速度为9.60m/s时的冲击力时程曲线

Fig.3 Timehistorycurvesoftheimpactforces
atv=9.60m/s

图4 不同冲击速度下的跨中挠度曲线

Fig.4 Timehistorycurvesofthemid-pointdeflection
atdifferentimpactvelocities

  由图3和4可知,本研究模型可以很好地模拟出不同冲击速度下钢筋混凝土梁的结构响应。选取

v=4.85m/s和v=9.60m/s时的冲击力-跨中挠度曲线与实验结果进行对比,如图5所示。模拟与实

验得到的曲线变化趋势相同,冲击力在锤头和垫块接触后迅速增大,随后冲击能量减小,一部分能量用

于梁的破坏,另一部分被梁的惯性消耗。当冲击速度为4.85m/s时,冲击力随跨中挠度的增大呈振荡

发展,梁的破坏模式是弯曲失效;当冲击速度为9.60m/s时,在跨中点形成塑性铰后,冲击力由振荡变

化逐渐趋向稳定,梁的破坏模式由弯曲失效转变为局部剪切失效。

图5中h=4.8m时冲击力峰值的模拟值和实验值分别为173.9和181.2kN,误差为4.20%。h=

1.2m时冲击力峰值的模拟值与实验值分别为149.1和104.0kN,误差为43.36%。钢筋应变率随冲

击高度的增大而增大,其屈服强度和极限强度均有所增大,且差别较小。有限元模型参考林峰等[16]的

实验,钢筋HRB335选用ε·=2.9s-1时的屈服强度和极限强度,HPB235选用ε·=6.5s-1时的屈服强度

和极限强度,见表2。h=1.2m时实验中钢筋的屈服强度和极限强度小于模型中的值,导致模型中梁

的承载力较高,冲击力峰值误差增大。

实验中通过高速摄影记录了钢筋混凝土梁在不同冲击速度下的变形、损伤及破坏状况。图6表示

不同冲击高度下跨中挠度达到最大值时梁表面的损伤破坏情况,简图为对高速摄像记录的照片处理后

的裂纹分布图,其下方分别是相对应冲击速度下梁的塑性应变云图。由图6可知,随着冲击速度的提

高,梁的挠度不断增大。冲击速度较低时,裂纹从梁下表面中心处产生且数量较多,此时梁发生弯曲破

坏;冲击速度增大时,在跨中发生局部剪切破坏,梁的破坏模式发生改变。
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图5 不同冲击速度下冲击力-跨中挠度曲线

Fig.5 Timehistorycurvesofimpactrelativetomid-point
deflectionatdifferentvelocities

图6 梁的损伤破坏状况

Fig.6 Damageandfailureofbeams
atdifferentfallingheights

3 配筋率对梁承载力和破坏模式的影响

  配筋率是钢筋混凝土构件中纵向受力钢筋面积与构件的有效面积之比,在桥梁工程中,一般指面积

配筋率,即受拉钢筋面积与主梁面积之比。计算公式为P=As/A,其中As 为纵向受力钢筋截面面积,

A 为主梁面积。上述实验中配筋率为2.66%,根据建筑工程钢筋配筋率规范[17]可知,混凝土强度为

30MPa,纵向受力钢筋为HRB335时,最大配筋率为2.62%。
基于本研究模型,通过改变单根钢筋直径得到配筋率为2.56%、2.66%和2.76%的梁在不同冲击

速度下的冲击力时程曲线,如图7所示,表4为冲击力峰值结果。由图7可知,不同配筋率下冲击力变

化趋势相同,最大冲击力随着配筋率的增大而增大,且冲击力达到峰值的时间随配筋率的增大而减小。
配筋率的增大,显著地提高了梁的承载能力。表4中百分比代表配筋率为2.66%和2.76%的梁的冲击

力相比配筋率为2.56%的增大百分数。当冲击速度为4.85m/s时,以配筋率2.56%作为基准,其增大

3.9%(P=2.66%)时,梁的承载力最大值增大30%;增大7.8%(P=2.76%)时,梁的承载力最大值增

大49%。冲击速度为6.86m/s时,配筋率增大3.9%和7.8%时梁的承载力最大值分别增大7.2%和

60.8%。冲击速度为9.60m/s时,配筋率增大3.9%和7.8%时梁的承载力最大值分别增大7.1%和

31.3%。低速冲击下,梁的失效模式主要为弯曲破坏,承载能力随配筋率的增大显著提高。随着冲击速

度的增大,梁的失效模式由弯曲破坏转向剪切破坏,钢筋对于提高混凝土梁承载力的效果逐渐减小。

图7 不同配筋率梁在不同冲击速度下的冲击力时程曲线

Fig.7 Timehistorycurvesofimpactforceforreinforcedbeamswithdifferentreinforcementratios
atdifferentimpactvelocities
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表4 冲击力峰值结果对比

Table4 Comparisonoftheresultsofmaximumimpactforce

Impactvelocity/

(m·s-1)
Reinforcementratio:2.56%

Max.impactforce/kN Time/ms

Reinforcementratio:2.66%

Max.impactforce/kN Time/ms

Reinforcementratio:2.76%

Max.impactforce/kN Time/ms
4.85 114 0.66 149(+30.0%) 0.6 170(+49.0%) 0.5
6.86 125 0.50 134(+7.2%) 0.5 201(+60.8%) 0.4
9.60 169 0.33 181(+7.1%) 0.3 222(+31.3%) 0.3

  不同配筋率梁在不同冲击速度下的跨中挠度时程曲线和具体数值如图8和表5所示。同一冲击速

度下,梁的抗变形能力随配筋率的增大而提高,变形相对较小,跨中挠度达到最大值的时间随配筋率的

增大而减小。表5中百分数表示配筋率为2.66%和2.76%的梁跨中挠度相对配筋率为2.56%的减小

百分比。冲击速度大于6.86m/s时,配筋率对梁抗变形能力的增强效果随冲击速度的增大而逐渐减弱。

图8 不同配筋率梁在不同冲击速度下的跨中挠度时程曲线

Fig.8 Deflectiontimecurvesofbeamswithdifferentreinforcementratios
atdifferentimpactvelocities

表5 跨中位移峰值结果对比

Table5 Comparisonofresultsofmaximummid-pointdeflection

Impactvelocity/

(m·s-1)
Reinforcementratio:2.56%

Max.deflection/mm Time/ms

Reinforcementratio:2.66%

Max.deflection/mm Time/ms

Reinforcementratio:2.76%

Max.deflection/mm Time/ms
4.85 38.26 16.0 31.72(-17.10%) 13.32 27.70(-27.60%) 12.3
6.86 68.15 25.5 56.56(-17.00%) 17.30 49.73(-27.03%) 15.6
9.60 120.33 26.0 102.94(-14.43%) 25.00 91.37(-24.07%) 21.0

  图9为不同冲击速度下冲击力-跨中挠度曲线。由图9可知,改变配筋率后,冲击力变化趋势一致。
冲击速度为4.85m/s时,不同配筋率梁的冲击力随跨中挠度增大呈振荡变化,梁的破坏模式为弯曲失

效。冲击速度为6.86m/s时,配筋率较小的梁冲击力在跨中挠度达到40mm后逐渐稳定,梁的破坏模

式由弯曲失效转为剪切失效,其他配筋率梁的冲击力随跨中挠度增大保持振荡变化,其发生弯曲破坏。
冲击速度为9.60m/s时,配筋率为2.56%和2.66%的梁发生剪切失效,配筋率为2.76%的梁发生弯

曲失效。因此,随着配筋率的减小,梁在冲击过程中发生剪切破坏的可能性增大。
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图9 不同配筋率梁在不同冲击速度下的冲击力-跨中挠度曲线

Fig.9 Impactloading-mid-pointdisplacementcurvesforbeamswithdifferent
reinforcementratiosatdifferentimpactvelocities

4 结 论

  在钢筋的本构模型中引入应变率效应,对钢筋混凝土梁进行有限元建模。利用该模型模拟了在不

同冲击高度下梁的结构响应,通过对比实验和模拟的冲击力、跨中挠度时程曲线和峰值,验证了模型的

有效性。基于该模型模拟了不同配筋率钢筋混凝土梁在不同冲击速度下的结构响应,得到以下结论:
(1)不同冲击速度下,配筋率的增大提高了梁的承载力,当冲击速度为4.85m/s时,增大配筋率对

梁承载力的增强效果更为明显;
(2)冲击速度一定时,梁的抗变形能力随配筋率的增大而提高,当冲击速度较大时,随着冲击速度

的增大,配筋率对梁抗变形能力的增强效果逐渐减小;
(3)低速冲击下,配筋率对梁的破坏模式影响微弱,当冲击速度较大时,随着配筋率的增大,梁的破

坏模式由剪切破坏转变为弯曲破坏。
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NumericalSimulationofResponsesandFailureModesofReinforced
ConcreteBeamsunderDrop-WeightImpactLoadings

SONGMin,WANGZhiyong,YANXiaopeng,WANGZhihua

(CollegeofMechanics,ShanxiKeyLaboratoryofMaterialStrength&StructuralImpact,

TaiyuanUniversityofTechnology,Taiyuan030024,China)

Abstract:Reinforcedconcretestructuralmemberssubjectedtoimpactloadsbehavequitedifferentlyas
comparedtothosesubjectedtoquasi-staticloading,withtheirfailuremodebecomingmorecomplex.In
thiswork,byintroducingthestrainrateeffectofreinforcementinthetrilinearmodelofthereinforcement,

wesimulatedthestructuralresponsesofreinforcedconcretebeamsunderdifferentimpactloadings
basedonthedynamicanalysis moduleofABAQUS.Thecurvesofimpact-timeand mid-point
deflection-timewereobservedtoagreewellwiththosefromtheexperiments.Basedonthismodel,we
simulatedtheresponsesofbeamswiththereinforcementratiosof2.56%,2.66%,and2.76%,

respectively.Thecomparisonshowsthatthebearingcapacityanddeformationresistanceofthebeams
increasedwiththeincreaseofthereinforcementratios;theenhancementeffectofthereinforcement
ratioweakensgraduallyastheimpactvelocityincreases;whentheimpactvelocityis4.85m/s,the
reinforcementratioshaveslighteffectonthefailuremodeofbeamatlowimpactvelocities;in
addition,whentheimpactvelocityishigherthan4.85m/s,thefailuremodechangesfromshear
failuretobendingfailurewiththedecreaseofthereinforcementratio.
Keywords:dropweightimpact;reinforcementratio;strainrateeffect;reinforcedconcrete
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两种状态钨合金球力学性能
及损伤模式对比试验研究

*

孔庆强,周 涛,沈 飞
(西安近代化学研究所,陕西 西安 710065)

  摘要:采用静态与动态加载试验的方法,研究了同一牌号、相同尺寸的烧结态与精磨态两种

状态的钨合金球的力学性能。同时通过电镜扫描的手段,观察了两种状态的钨合金球试验前表

面与内部金相结构及静态试验后表面的损伤模式,并分析了两种状态钨合金球产生力学性能差

异的原因。研究结果表明:烧结态钨合金球表面因其钨颗粒与黏结相分布均匀,静态条件下其极

限压溃载荷是精磨态钨合金球的2.02倍,动态条件下其性能也明显优于精磨态钨合金球。

  关键词:钨合金球;力学性能;损伤模式;扫描电镜

  中图分类号:O389   文献标识码:A

  钨合金因具有耐高温、穿甲能力强、密度高、储能性好等材料特性[1-2],使其在武器系统中作为杀伤

破片而被大量使用,又因球形结构具有飞行阻力衰减系数小的特点,使钨合金球型破片的应用最为广

泛[3]。目前国军标上对钨合金球的供货状态要求有烧结态与精磨态两种[4],精磨态钨合金球是将烧结

态钨合金球再经过研磨工序后获得。烧结态钨合金球较精磨态钨合金球在生产制造上具有工艺简单、
制造成本低等优点,但因其尺寸与质量较难控制,故在武器系统中的使用没有精磨态钨合金球广泛,同
时国内、外对钨合金球力学性能的相关研究也主要是以精磨态钨合金球为研究对象[5-6]。本研究以烧结

态与精磨态钨合金球为研究对象,通过静态与动态加载试验,对比两种状态的钨合金球的力学性能及损

伤模式的差异,并对其原因进行分析。

1 试验研究

表1 钨合金球化学成分

Table1 Chemicalcomposition
oftestedtungstenalloyspheres (%)

Ni Fe Co W
4.3 2.2 0.4 93.1

1.1 试样材料

  选用某钨合金制造厂家所生产的同一批次直径

为7mm、牌号为 W252(化学成分如表1所示)的烧

结态与精磨态钨合金球为试验研究对象。
由于制造工艺限制,烧结态钨合金球较精磨态

钨合金球在外表上多了一道宽度约为2mm的凸起

图1 两种状态钨合金球外形结构

Fig.1 Twostructuralstatesoftungstenalloyspheres

环带(如图1所示)。
为降低环带对试验结果的影响,试验前挑选尺

寸相近的两种状态的钨合金球各6枚(如表2所

示),其中 No.1、No.2、No.3用于静态加载试验,

No.4、No.5、No.6用于动态加载试验。
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表2 参试钨合金球外径尺寸

Table2 Diameteroftestedtungstenalloyspheres

State
Diameter/mm

No.1 No.2 No.3 No.4 No.5 No.6
Sintered 7.00-7.09 7.01-7.04 7.00-7.08 7.02-7.10 7.01-7.04 7.03-7.09
Polished 7.00-7.02 7.00-7.01 7.00-7.01 7.00-7.01 7.00-7.02 7.00-7.01

1.1.1 静态加载试验方法

  静态加载试验使用国产 WDW-300E微机控制电子万能试验机进行。将两种状态的钨合金球(共

6枚)依次放置在试验机上并以5mm/min压缩速度缓慢施加压力,待试验钨合金球压溃时记录其极限

压溃载荷及变形量[7]。

1.1.2 动态加载试验方法

  动态加载试验利用⌀40mm×80mm的JH-14C炸药对单枚钨合金球进行爆轰加载,使其高速撞

击4mm厚Q235钢板,其中钨合金球距钢板距离为250mm,在钢板的上方布设两层测速靶(两层测速

靶之间距离为50mm),用以测量钨合金球的触靶速度[7-8],在钢板的下方布设回收用的多层橡胶板,用
以回收穿透钢板的钨合金球。试验后对钨合金球进行回收,观察其变形及破碎情况。试验方法示意图

及现场布局如图2所示。

图2 动态加载试验示意图及现场布局图

Fig.2 Illustrationofdynamicloadingtest

1.2 电镜观察

  使用美国FEI公司生产的QUANTA600F电镜对两种状态的钨合金球试验前及试验后的表面进

行微观组织观察。

2 试验结果

图3 静态加载试验结果

Fig.3 Quasi-staticloadingtestresults

2.1 静态加载试验结果

  静态加载试验后,两种状态的钨合金球表面均

出现肉眼可见的裂纹,如图3所示,试验结果见

表3。通过试验结果可以得到烧结态钨合金球的极

限压溃载荷是精磨态钨合金球压溃载荷的2.02倍。
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表3 静态加载试验结果

Table3 Resultsofquasi-statictest

State
No.1

Crushingload/kN Deformation/%

No.2

Crushingload/kN Deformation/%

No.3

Crushingload/kN Deformation/%
Sintered 157 66.54 163 67.01 155 65.86
Polished 77 50.39 85 51.05 73 51

2.2 动态加载试验结果

  爆轰加载试验钨合金球终点速度如表4所示,试验后的钨合金球均镶嵌在钢板上,未能穿过钢板,
结果如图4所示。

表4 动态加载试验钨合金球触靶速度

Table4 Terminalvelocityoftungstenalloyspheres

State
Terminalvelocity/(m·s-1)

No.4 No.5 No.6
Sintered 468 492 446
Polished 430 447 506

图4 动态加载试验结果

Fig.4 Dynamicloadingtestresults

  试验后能够非常直观地看到,烧结态钨合金试验后表面有裂纹,或发生局部破碎,但其主体仍然完

整;精磨态钨合金球在撞击钢板时发生破碎、解体,最终以碎片的状态镶嵌在钢板上。
通过对比试验结果发现,烧结态钨合金球在经过炸药爆轰与侵彻钢板加载后较精磨态钨合金球完

整,可以较为直观地判断烧结态钨合金球动态性能要高于精磨态钨合金球。

2.3 电镜结果

  通过对两种状态的钨合金球表面(图5)及内部的电镜扫描结果(图6)可以观察到,烧结态钨合金球

表面的钨元素以颗粒的形态被镍-铁元素形成的黏结相包裹,钨颗粒之间通过黏结相连接,精磨态钨合
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金球表面均为钨元素,且钨元素以鳞片状态或相互挤压态覆盖在球体的表面,未看到镍-铁元素形成的

黏结相[9-10];而两种状态钨合金球的内部结构相同,均为镍-铁元素形成的黏结相包裹着钨颗粒。

图5 钨合金球表面电镜结果

Fig.5 ResultofSEMonsurfaceoftungstenalloysphere

图6 钨合金球内部电镜结果

Fig.6 ResultofSEMinternaloftungstenalloysphere

  由于动态加载试验后两种状态的钨合金球均镶嵌在钢板上,并已经和钢板材料融合,无法观察到微观的

破坏形态,因此只对静态试验后的两种状态的钨合金球的破坏处进行电镜扫描,其结果如图7所示。
观察静态加载试验后两种状态的钨合金球的裂纹的电镜结果,可以看到,烧结态钨合金球断裂形式

主要为钨颗粒的解理与黏结相撕裂,而精磨态钨合金球断裂形式主要表现为钨-钨界面的开裂,且表层

的钨-钨界面层厚度约为10μm。
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图7 静态试验后钨合金球表面裂纹电镜结果

Fig.7 ResultofSEMonsurfacecrackoftungstenalloyspheresafterquasi-staticloadingtest

3 结果分析

  通过电镜扫描结果可以看出,试验前两种状态钨合金球内部的金相结构是相同的,表面金相结构不
同,因此可以判定是因表面金相结构的不同,造成了两种状态钨合金球力学性能的差异。目前已知的钨
合金的断裂有4种形式:钨颗粒的解理、黏结相撕裂、黏结相与钨颗粒的界面剥离及钨-钨界面的开
裂[11]。以往的研究发现,由于钨-钨的结合强度很低,以至往往形成假结合,一旦钨颗粒之间直接接触
而形成钨-钨界面,则该界面在变形中常成为裂纹源。German提出了“钨晶粒连接度”的概念[12],
定义为

cW =sW-W
sW

(1)

式中:cW 为钨晶粒连接度,sW 为单位体积钨颗粒表面积,sW-W为同一体积内钨-钨接触面积。研究表明,

cW 越大,该钨合金的抗拉强度与延伸率越低[12-13]。将两种状态钨合金球表面的电镜扫描结果代入

(1)式可以求得,烧结态钨合金球表面因镍-铁元素形成的黏结相包裹着的钨颗粒,所以其cW 值不大于

图8 钨合金球精磨加工示意图

Fig.8 Schematicdiagramoflappingprocess
ontungstenalloysphere

0.2,而精磨态钨合金球表面几乎全部为钨颗粒相互挤

压、接触形成的钨-钨界面,故其cW 值近似为1。由此可

以证明,因精磨态钨合金球表面力学强度低,在受到载荷

作用时,其表面容易提前坏产生裂纹源,当载荷持续作用

时,表面裂纹源会向钨合金球内部扩展,从而造成整个钨

合金球的破坏。从理论上说明了为什么烧结态钨合金球

的力学性能优于精磨态钨合金球。
图8为精磨态钨合金球的精磨过程示意图,其过程

为其表面受到挤压与磨削的过程,钨颗粒受到挤压后,向
周围变形扩展,把镍-铁元素形成的黏结相向表面及内部

挤压,由于钨颗粒的硬度大于黏结相的硬度,因此经过磨
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削后,钨颗粒破碎且之间相互挤压、覆盖,而黏结相则被磨削消失,导致其表面的钨颗粒与黏结相分布不

均匀,最终在其表面形成了一个厚度约为10μm钨-钨界面层,此界面层使精磨态钨合金球表面强度降

低,在受到载荷作用时容易开裂形成裂纹源,从而降低了其力学性能。

4 结 论

  牌号为 W252、直径为7mm的烧结态钨合金球表面钨颗粒与黏结相分布均匀,而精磨态钨合金球

因其受到挤压与研磨的作用,其表面的钨颗粒被挤压变形、黏结相减少,形成了一层钨-钨界面层。这就

使烧结态钨合金球在静态条件下其极限压溃载荷是精磨态钨合金球的2.02倍,动态条件烧结态钨合金

球的力学性能也要优于精磨态钨合金球。在武器系统中使用烧结态钨合金球作为杀伤破片能够增强侵

彻能力,从而提高对目标的毁伤效果,同时可以节省加工成本与时间。
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ComparisonofMechanicalPropertiesandDamageMode
ofTungstenAlloySpheresinTwoDifferentStates

KONGQingqiang,ZHOUTao,SHENFei

(Xi’anInstituteofModernChemistry,Xi’an710065,China)

Abstract:Inthispaper,westudiedthemechanicalpropertiesoftungstenalloyspheresinsinteredand
polishedstatesusingthequasistatictestandthedynamicloadingtest,observedtheirmetallographic
structureanddamagemodebeforeandafterthetestusingSEM,andanalyzedthecausesleadingto
theirdifference.Theresultshowedthatthesurfacemicrostructureofthetungstenalloysphereinthe
sinteredstatewasmoreuniformthanthatinthepolishedstate,whichaccountsforitsbettermechanical
properties.
Keywords:tungstenalloysphere;mechanicalproperties;damagemode;SEM
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预应力对陶瓷抗侵彻性能影响规律的数值模拟
*

吴 雪,张先锋,丁 力,谈梦婷,包 阔,陈贝贝
(南京理工大学机械工程学院,江苏 南京 210094)

  摘要:为研究预应力陶瓷的抗侵彻性能,利用AUTODYN仿真软件模拟了对SiC陶瓷施

加预应力的过程,并开展了长杆弹以不同速度侵彻预应力陶瓷的数值仿真研究,确定了预应力

陶瓷的抗侵彻性能。通过对比分析,得到了不同载荷下陶瓷内部的应力分布状态,以及陶瓷抗

侵彻性能与预应力的关系。结果表明:对陶瓷施加预应力可以有效提高其抗侵彻能力;但随着

加载预应力的进一步提高,即当陶瓷中心部位预应力大于112MPa时,陶瓷的抗侵彻能力反

而下降,陶瓷加载的预应力与其抗侵彻性能之间存在最佳匹配关系。

  关键词:陶瓷装甲;预应力陶瓷;抗侵彻性能

  中图分类号:O385   文献标识码:A

  陶瓷是一种高硬度、低密度、高抗压性的脆性材料,被越来越多地应用在武装直升机、坦克装甲车辆

的防护等领域[1]。利用陶瓷的高硬度、高强度特性,迫使来袭的穿甲弹体破碎消耗能量,大大降低其穿

甲能力[2],因此陶瓷装甲具有较高的抗侵彻能力[3]。与高强度特性相对,陶瓷材料的致命弱点是其较低

的抗拉特性,因此在作为装甲材料使用时通常采用复合装甲结构。为进一步提高陶瓷的韧性和抗侵彻

能力,国内外学者开展了大量的研究工作,其中施加预应力是提高陶瓷韧性、改善其抗侵彻能力的技术

途径之一。预应力陶瓷是指利用物理方式(热膨胀等)使陶瓷内部产生预应力的一种陶瓷。国内外相关

研究工作表明:在受压情况下,破碎的陶瓷材料仍具有明显的强度,且随着压力的增加而提高。通过施

加约束而使陶瓷内部存有预应力,可以有效改善陶瓷材料低韧性的致命弱点[4]。提高陶瓷的韧性有利于

提高其抗侵彻性能。研究结果表明,通过施加约束而使陶瓷内部存有预应力可显著提高其抗弹性能[5]。
国内外学者对预应力陶瓷开展了大量的研究工作。Meyer等[6]研究了在钛合金钢环(预应力钢环)

约束下,陶瓷在被侵彻过程中裂纹的形成以及扩展过程。李平等[7]采用侵彻深度试验研究了三维约束

条件下氧化铝陶瓷复合靶板抗长杆弹侵彻的性能。井玉安等[8]对六边形Al2O3 约束陶瓷的抗弹性能

进行了系统研究。Chi等[9]研究了在不同方向(径向、轴向等)施加预应力后陶瓷的抗侵彻性能。综上

可知,国内外学者针对预应力陶瓷的研究工作主要集中于对重约束厚陶瓷施加预应力,研究预应力施加

方式对陶瓷界面击溃效应的影响规律,而缺乏对具有应用背景的预应力陶瓷抗侵彻剩余穿深(Depthof
Penetration,DOP)的研究。

本工作针对现有研究的不足,以有限厚陶瓷加载预应力对其抗侵彻规律的影响为目标,主要从陶瓷

加载应力程度、不同撞击速度下侵彻剩余穿深与陶瓷内部应力关系等方面开展研究,从而得到预应力对

陶瓷抗侵彻性能的影响规律。在现有关于预应力陶瓷可有效提高抗侵彻能力的研究结论的基础上,利
用AUTODYN有限元软件建立有限厚陶瓷预应力加载及抗侵彻性能仿真模型,开展预应力施加以及

长杆弹侵彻预应力陶瓷的数值仿真研究;并在验证仿真方法可靠性的基础上,分析预应力陶瓷的抗侵彻

性能变化规律。
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1 数值仿真模型

1.1 几何模型及数值仿真模型

  根据仿真模型的对称性,利用AUTODYN软件建立陶瓷加载的二维模型。侵彻弹体为钨合金长

杆弹,全弹长为115mm,弹体直径8mm。陶瓷为碳化硅(SiC),直径100mm,厚度为20mm。陶瓷外

侧为钢环。图1为陶瓷施加预应力的数值模拟模型,图2为长杆弹侵彻预应力陶瓷模型。

图1 陶瓷预应力加载模型

Fig.1 Applyingpre-stressonceramic

图2 长杆弹侵彻预应力陶瓷模型

Fig.2 Long-rodprojectilepenetratingceramic

1.2 材料模型与参数

  陶瓷是典型脆性材料,冲击破坏过程十分复杂,目前仅有少数模型可用于描述陶瓷材料的冲击破坏

行为。本研究选用Johnson-Holmquist(JH)模型,其中:JH-1模型中材料完全损伤后即失效;JH-2模

型在JH-1模型基础上考虑了材料损伤逐渐积累的过程[10-11],适用于描述陶瓷材料的冲击破坏过程。
碳化硅陶瓷的JH-2参数来源于参考文献[10,12-14]。弹体材料为钨合金,约束钢环及后效靶材料为

4340钢,均采用Johnson-Cook(JC)本构和损伤模型[15],参数取自文献[11,16-18]。

2 不同加载条件下陶瓷应力分布数值模拟

  与冲击载荷下动态破坏的瞬态特性不同,陶瓷预应力的加载过程是一种准静态作用过程。对陶瓷

施加预应力过程进行仿真模拟需要综合考虑软件、控制参数及模拟加载过程的真实性。参考Chi等[9]

的陶瓷预应力加载方法开展陶瓷预应力加载过程模拟。

2.1 陶瓷预应力加载过程

  与传统的直接对陶瓷施加位移产生预应力的作用方式[19]不同,本研究采用对陶瓷的钢约束环外侧

施加位移的方式,使钢环产生变形从而间接迫使陶瓷产生预应力。为定量描述预应力幅值,利用钢环外

图3 陶瓷预应力加载过程

Fig.3 Pre-stressloadingprocessofceramic

侧的位移量(压缩比δ)定义预应力加载程度。压缩

比δ定义为钢约束环外侧位移量(Δd)与钢环外径

(D)的比值。图3为预应力加载过程,具体如下[9]:
(1)建立陶瓷和钢约束环的 AUTODYN仿真

模型,陶瓷与钢约束环之间无相互作用,通过不同的

压缩比δ控制陶瓷内部产生不同的预应力值;
(2)给定钢约束环一个径向速度边界条件,钢

约束环由此产生径向位移,内部产生应力,当陶瓷与

钢约束环接触的地方开始产生位移时,陶瓷内部开

始产生预应力;
(3)当钢约束环的位移达到预先定义的位移量
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时,陶瓷内部产生相应应力,此时去除钢约束环的边界条件,并固定钢约束外径形成位移约束;
(4)陶瓷内部应力状态经过一个平衡过程后最终达到稳定,从而得到稳定平衡状态的预应力陶瓷。

2.2 加载过程陶瓷内部应力变化过程

  利用AUTODYN仿真软件建模,采用1.2节文献中的材料参数,可以得到不同压缩比下陶瓷内部

的应力(σ)分布。鉴于AUTODYN模型的对称性,取1/2模型的应力云图。图4所示为两个典型压缩

比0.0020、0.0032下,加压及压力平衡过程中陶瓷内部的应力云图。

图4 预应力加载过程中陶瓷内部应力云图

Fig.4 Stressinceramicduringpre-stressprocess

从图4可以看出,随着压缩比的增加,平衡时间随之变长。开始加压时,钢约束环外径处的应力最

图5 陶瓷中心点应力-时间曲线

Fig.5 Stress-timecurvesofceramicat
thecenterpoint

大;随着时间的推移,陶瓷内部开始产生应力,直至

内部压力达到平衡。图5为陶瓷中心点处的应力随

时间t的变化曲线。
由图5可以看出:在对钢约束环施加边界条件

初期,陶瓷并未产生位移,因此应力只在钢约束环内

产生;当陶瓷产生位移后,陶瓷内部应力迅速上升;
当达到定义的压缩比、对钢约束环施加位移约束后,
陶瓷随之不再产生位移,因此陶瓷内部应力有一个

短暂的平衡期;随着时间的推移,陶瓷自然膨胀,其
内部应力再一次上升,直至达到最后的稳定状态。
陶瓷内部产生的径向应力随着压缩比的不同而变

化。由此可以确定,这种加载方式可以使陶瓷内部

保持一个稳定的预应力,同时可以根据定义不同的

压缩比而施加不同的预应力。综上所述,本研究使

用的加载预应力方法可以得到不同数值的预应力陶瓷。

2.3 不同加载条件下陶瓷靶应力分布

  由于是通过施加径向位移而使陶瓷内部产生径向预应力,故陶瓷内部各个位置点的应力值并不完

全相同。为研究不同位置的应力状态,取7个高斯点1#~7#,如图6所示。依据AUTODYN模型的

对称性,取1/2模型显示。
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图6 高斯点分布

Fig.6 PositionsofGaussianpoints

图7为钢约束环位移达到定义的压缩比并对其

进行位移约束后,陶瓷内部预应力平衡过程中7个

高斯点处的应力分布曲线。
由图7可以看出,对于压缩比δ≥0.0020,陶瓷

已经产生位移,其内部任何位置处均已有一个初始

预应力值。对钢约束环施加约束条件后,陶瓷不再

有位移,其内部预应力有一个短暂的平衡过程。之

后,陶瓷经历一段自然膨胀过程,内部应力再次上

升,最终达到稳定平衡状态。从图7中可以看出,陶
瓷内部不同位置处的应力有一定的差别。由于位移

边界条件施加在钢约束环外,所以陶瓷表面(7#)应
力上升最快,但最终各处的平衡应力值相差较小。
在压缩比δ=0.0016时,陶瓷表面应力小幅度增加

后回落,之后逐渐趋于稳定,内部其他位置的应力以较小的幅度增加,然后达到稳定值。综合各个位置

的应力趋势,最终陶瓷内部应力达到平衡。

图7 陶瓷内部不同高斯点处应力分布

Fig.7 StresscurvesatdifferentGaussianpointsinsidetheceramic

3 预应力陶瓷抗侵彻性能的数值模拟

  在前述陶瓷内部产生稳定平衡的预应力后,建立长杆弹侵彻模型。赋予长杆弹不同速度v,对内部

有不同预应力的陶瓷进行侵彻,得到剩余穿深(DOP)、侵彻速度与预应力之间的关系。

3.1 数值模拟方法验证

  参考文献[20]的实验数据,进行长杆弹侵彻带有前置SiC陶瓷的4340钢靶数值模拟,对比实验和

模拟的侵彻穿深。图8所示为数值模拟与实验数据的对比。
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图8 数值模拟与实验[20]所得DOP对比

Fig.8 ComparisonofDOPbetweensimulation

andexperimentalresults[20]

从图8可以看出,在无预应力条件下,不同速度

的长杆弹对陶瓷及后效靶进行侵彻时,DOP随着速

度的增加而增加。根据拟合曲线可知,仿真计算所

得DOP与实验数据的误差在合理范围内,表明所

采用的仿真模型及方法是可靠的。

3.2 预应力陶瓷抗侵彻作用过程分析

  在长杆弹侵彻过程中,陶瓷内部应力会逐渐变

化。图9为v=1350m/s,典型压缩比为0、0.0020、

0.0032时,侵彻过程中陶瓷内部各时间点的应力分

布云图。根据 AUTODYN仿真模型的对称性,取

1/2模型显示。
由图9可以得出:(1)在侵彻过程中,长杆弹与

陶瓷接触的位置存在应力集中;(2)当陶瓷内部有

预应力时,侵彻过程中陶瓷内部各个位置的应力差会变小,此时陶瓷更不易破碎,即提高了陶瓷的抗侵

彻性能;(3)在压缩比为0.0020时,陶瓷内部的应力差最小,即陶瓷具有最佳抗侵彻性能;当压缩比增

大时,陶瓷内部压力差也增大,抗侵彻性能反而降低。
通过应力对比分析可以得出,陶瓷抗侵彻性能并非随其内部预应力的增加而线性提高。陶瓷的抗

侵彻性能和预应力之间有最佳对应关系。

图9 侵彻过程中陶瓷内部应力分布云图

Fig.9 Stresscloudinceramicduringpenetrationprocess

3.3 长杆弹侵彻预应力陶瓷过程参数分析

  取长杆弹与陶瓷刚接触的表面为坐标原点,图10为不同侵彻速度下长杆弹头部位置随时间变化的

侵彻深度-时间曲线图。
由图10中可以看出:(1)当压缩比δ≤0.0020时,陶瓷内部形成预应力后,长杆弹在v=950m/s

情况下均不能穿透,v>950m/s情况下侵彻深度均小于无预应力陶瓷,表明陶瓷的抗侵彻能力有很大
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幅度的提高;(2)当压缩比δ>0.0020,即陶瓷内部预应力继续增大时,陶瓷的抗侵彻能力反而下降;长
杆弹的速度增大,侵彻深度增大;(3)随着长杆弹速度的增加,当v≥1350m/s时,侵彻深度并不随着压

缩比的变化而发生明显变化,即在高速侵彻情况下,陶瓷内部的预应力对抗侵彻性能影响变小。
综上可以得出:对陶瓷施加预应力可以有效提高其抗侵彻能力;但当压缩比δ=0.0020,即陶瓷中

心部位的预应力达到112MPa(见图7)时,预应力再增加,陶瓷的抗侵彻能力反而下降,因此陶瓷预应

力与抗侵彻性能之间存在最佳匹配关系。

图10 长杆弹头位移随时间变化曲线

Fig.10 Displacementvariationsoflog-rodprojectileovertime

3.4 不同预应力加载值对陶瓷靶抗侵彻性能的影响规律

  压缩比分别为0、0.0016、0.0020、0.0028、0.0032时,陶瓷内部产生不同大小的预应力。通过模拟

长杆弹在不同速度下撞击陶瓷及其后的钢靶,可以得到钢靶剩余穿深(DOP),进而可分析得到预应力

对陶瓷抗侵彻性能的影响。图11为不同速度、不同压缩比时的DOP变化图。
从图11可以看出:压缩比δ≤0.0020时,DOP随着预应力的增加而减小;而压缩比δ>0.0020时,

DOP反而增加。即:当陶瓷中心部位预应力小于112MPa时,DOP随着预应力的增加而增加,表明在
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图11 DOP随速度、压缩比的变化

Fig.11 DOPvs.impactvelocityand
compressionratio

该范围内,预应力的增加可以提高陶瓷的抗侵彻性

能;但当预应力超过该数值之后,陶瓷的抗侵彻性能

反而降低。

4 结 论

  利用AUTODYN数值模拟软件对预应力陶瓷

的抗侵彻性能进行了仿真模拟研究,得出以下结论。
(1)通过对约束钢环施加径向位移,设定不同

的压缩比,可以对陶瓷施加不同的预应力。在陶瓷

产生位移从而内部产生预应力时,其内部应力先大

幅度增加,在对约束钢环进行约束后,陶瓷内部应力

经历平衡过程达到稳定状态。
(2)陶瓷预应力可以改变陶瓷内部应力状态,

提高陶瓷的抗侵彻性能。
(3)最佳抗侵彻性能与陶瓷内部预应力之间有最佳匹配关系。在陶瓷中心部位预应力小于112MPa,

即压缩比δ≤0.0020时,陶瓷的抗侵彻性能随着预应力的增加而提高;当超过该预应力值时,陶瓷的抗

侵彻性能随着预应力的提高反而降低。
(4)当侵彻速度v>1350m/s时,预应力对陶瓷的抗侵彻性能影响降低,即高速侵彻时,预应力陶

瓷的抗侵彻性能不再有显著提高。
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NumericalSimulationoftheEffectofPre-stressonthe
BallisticPerformanceofCeramics

WUXue,ZHANGXianfeng,DINGLi,TANMengting,BAOKuo,CHENBeibei

(SchoolofMechanicalEngineering,NanjingUniversityofScience& Technology,

Nanjing210094,China)

Abstract:Inthisworkwestudiedtheprocessesofapplyingpre-stressonSiCceramicsbyusingthe
finiteelementsoftwareAUTODYN.Weestablishedamodeloflong-rodprojectileofdifferentveloci-
tiespenetratingceramicswithdifferentpre-stressvaluestoinvestigatetheballisticperformanceofthe
pre-stressceramic,andobtainedthestressdistributionsintheceramicunderdifferentloadingcondi-
tionsthroughthecomparisonandanalysisoftheresults,aswellastherelationofdifferentpre-stress
andballisticperformanceoftheceramic.Thesimulatedresultsshowthattheappropriatepre-stress
canimprovetheballisticperformanceofceramic,buttheballisticperformanceofceramicisreduced
whenthepre-stressvalueisgreaterthan112MPa,andthatthereexistsabestmatchingrelationship
betweenthepre-stressvalueandtheballisticperformanceoftheceramics.
Keywords:ceramicarmor;pre-stressceramic;ballisticperformance
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高强度合金钢30CrMnMoRE/30CrMnSi
的动态力学性能

*

贾 宇1,刘 彦2,梁晓璐1,郑 腾1

(1.西安近代化学研究所,陕西 西安 710065;

2.北京理工大学机电学院,北京 100081)

  摘要:针对合金材料在高冲击作用下的力学响应,采用分离式 Hopkinson压杆(SHPB)系
统确定武器弹药中常用的高强度合金30CrMnMoRE和30CrMnSi在不同应变率下的动态应

力-应变关系,得到其动态应力-应变曲线及屈服强度,并结合Johnson-Cook模型对其动态本

构进行拟合。结果表明,两种材料的应力-应变关系、强度等参数表现出明显的应变率相关性,
随着应变率的提升,材料得到进一步强化,30CrMnMoRE的动态强度提高约79%,30CrMnSi
的动态强度提高约50%。

  关键词:冲击;分离式霍普金森压杆;高应变率;本构模型

  中图分类号:O347.3   文献标识码:A

  合金材料一般具有高强度、高密度、良好的导电导热性、热膨胀系数小、抗氧化耐腐蚀、优良的机械

加工性能等特点[1],而高强度合金材料相比于普通钢材还具有防护材料和结构材料两种特殊功用。

30CrMnMoRE(603)和30CrMnSi属于具有高强度及韧性、良好的切削加工性和焊接性能的高强度高

韧性调质钢,作为防护材料,主要用于制造抵抗各种弹丸、射流及破片侵彻的装甲[2];作为结构材料,主
要用于制造动能侵彻弹、侵爆弹、爆破弹等武器装备战斗部壳体[3]。两种材料性能优良,用途广泛,其基

本力学性能见表1,其中:σb 为抗拉强度,σs 为屈服点,δ5 为断后伸长率,η为断面收缩率。

表1 30CrMnMoRE和30CrMnSi材料性能

Table1 Materialpropertyof30CrMnMoREand30CrMnSi

Material σb/MPa σs/MPa δ5/% η/%

30CrMnMoRE ≥1410 ≥1180 ≥8 ≥50

30CrMnSi ≥1080 ≥885 ≥10 ≥45

30CrMnMoRE、30CrMnSi作为防护或结构材料时,由于作用过程的瞬时性,受到动态载荷的作用,
此时动态力学性能是表征材料在高应变率下力学行为的关键。目前对于这两种材料的研究主要集中在

作为靶标的抗侵彻力学性能和环境、工艺对材料性能的影响方面。杨超等[4]对4种不同回火状态的

603、675、685装甲钢进行了一维压杆动态压缩和剪切性能实验,建立了材料的动态压缩屈服强度与侵

彻深度之间的对应关系。王春奎等[5]研究了100~900℃下30CrMnSi的力学性能及升温率、应变率和

热处理工艺对材料抗拉强度、屈服强度的影响。但是,对于30CrMnMoRE和30CrMnSi,尤其是前者在

102~104s-1应变率下的力学特性尚无深入研究。
本工作利用分离式 Hopkinson压杆(SplitHopkinsonPressureBar,SPHB)对30CrMnMoRE和
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30CrMnSi材料圆柱试件进行压缩实验,研究应变率为102~104s-1之间合金材料的动态力学性能,基
于实验数据,利用经典本构方程———Johnson-Cook模型拟合两种材料的动态本构关系。

1 实验方法

  SHPB系统[6]主要用于材料动态力学性能的研究,被广泛应用于金属、陶瓷、岩石、混凝土、复合材

料、聚合物和泡沫材料的动态力学性能测试中。采用SHPB系统对30CrMnMoRE和30CrMnSi的动

态压缩特性进行实验研究,分析不同应变率下材料的应力-应变关系,并拟合出其动态本构关系。

SHPB主要由空气枪、子弹、入射杆、吸收杆、试件、测速器、动态应变仪、数字化存储器等部分组

成[7],如图1所示。利用SHPB系统可获得材料在102~104s-1应变率范围内的应力-应变关系[8]。

图1 SHPB系统(1.子弹(撞击杆);2.平行光源;3.光控继电器;4.振荡测速仪;5.入射杆;6.试件;7.应变片;

8.透射杆;9.吸收杆;10.阻尼器;11.超动态应变仪;12.智能测速分析仪;13.数据处理系统)

Fig.1 ConfigurationofSHPB(1.Strikebar;2.Sourceofparallellight;3.Photorelay;4.Velometer;5.Incidentbar;

6.Sample;7.Straingage;8.Transmittedbar;9.Momentumtrapbar;10.Buffer;11.Amplifier;

12.Intelligentspeedanalyzer;13.Dataprocessingsystem)

SHPB以应力波传播为理论基础,有两个基本假定[8]:杆中一维应力波假定、短试件应力/应变沿其

长度均匀分布假定。根据二波法[9]可计算出试件的应力σ(t)、应变ε(t)和应变率ε̇(t)

σ(t)=E0A0

A εt(t) (1)

ε(t)=-2C0Ls∫
t

0
εr(t)dt (2)

ε̇(t)=-2C0Ls
εr(t) (3)

式中:A 和A0 分别为试件和压杆的横截面积;εi(t)、εr(t)、εt(t)分别为入射杆和透射杆上测得的输入应

变、反射应变和透射应变;C0 和Ls 分别为压杆的纵波波速和长度,其中C0= E0/ρ0,E0、ρ0 分别为压

杆的杨氏模量和密度。
在SHPB实验中,压杆质点横向运动引起的弥散效应、试件质点横向运动引起的惯性效应、试件与

压杆的摩擦效应等都对结果有一定影响。不同学者对惯性效应[10-11]和波动效应[10]的研究结果表明,这
些效应与材料的尺寸有关。因此本研究采用波形整形技术[12],对两种材料在不同尺寸SHPB杆上进行

冲击压缩实验,得到不同应变率下的应力-应变曲线、破坏应变、峰值应变、弹性模量。

2 实验设计

  实验采用⌀25mm、⌀6mm两套SHPB系统,杆材料是马氏体时效钢,杨氏模量均为210GPa,波
速分别为5.20、5.83km/s。两套系统各部分尺寸如下。

(1)撞击杆(子弹),⌀25mm×500mm、⌀25mm×350mm;入射杆,⌀25mm×1200mm;透射杆,

⌀25mm×1200mm。
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(2)撞击杆(子弹),⌀6mm×200mm、⌀6mm×150mm;入射杆,⌀6mm×500mm;透射杆,

⌀6mm×500mm。
在设计动态压缩实验时,样品长径比的选择要考虑SHPB实验过程中样品的惯性效应、摩擦效应、

波动效应和二维效应等影响。为了减少压杆与试件的摩擦效应,试件的长径比不宜太小;但是为了满足

均匀性假定,减少波动效应引起的误差,则要求试件尽可能薄,这样应力波在试件中入射及反射的过程

便可忽略不计,其应力、应变的均匀性也更好,但试件越薄,摩擦效应越显著。综合考虑上述影响因素,
试件选取10mm和3mm两种直径。试件尺寸如表2所示。

表2 试件设计

Table2 Designofspecimens

Material Specimendiameter/mm Specimenlength/mm Length-diameterratio

30CrMnMoRE
10
3

5
1.5

0.5

30CrMnSi
10
3

5
1.5

0.5

3 实验数据及分析

3.1 试件两端应力变化情况

  根据SHPB系统一维应力波、应力均匀分布的基本假定,通过比较入射杆、透射杆与试样接触端应

力的大小,可以验证试样应力的均匀性,从而评价实验的精确性。按照上述实验方法及设计进行了多发

动态力学实验,采用二波法处理实验数据,得到了材料入射应力σi、反射应力σr及透射应力σt的关系。
图2是两种材料在相同条件(0.18MPa、⌀3mm试件)下入射应力、反射应力之和与透射应力的吻

合情况,根据应力波理论,σi+σr=σt,可见试样在实验过程中受力较为均匀。据图2可知,实验的设计

及过程精度较高,实验数据可以作为判定材料动态力学性能的依据。

图2 试件应力随时间变化关系

Fig.2 Relationshipbetweentimeandstressoftestspecimen

3.2 SHPB实验数据分析  
3.2.1 30CrMnMoRE
  图3所示为30CrMnMoRE的动态应力-应变关系曲线。⌀3mm试件实验中,压力范围为0.18~
0.48MPa,应变率范围为2300~3100s-1,材料屈服强度约为1050MPa。⌀10mm试件实验中,压力

范围为0.12~0.30MPa,应变率范围为620~1400s-1,屈服强度约为1250MPa;其中,进行了2发应

变率1100s-1的实验,由于试件均匀性及实验过程一致性的差异,造成该应变率下测得的材料屈服强度

不同,但其应力-应变曲线变化趋势基本一致。在低应变率下,材料屈服强度随应变率的提高有明显的
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提升;应变率达2300s-1以上后,屈服强度的应变率效应不太明显,而材料的强化效果率效应显著。随

着应变率的提高,应力-应变关系呈现强化现象的特征;材料进入强化阶段后,应力随应变的增加而快速

增加,应变率为3100s-1时,对应的材料强度约为2150MPa;随后材料卸载,应力随之下降。可知,在

3100s-1下材料的应力强化比620s-1下高出近1000MPa。

图3 ⌀3mm与⌀10mm30CrMnMoRE试件动态应力-应变关系

Fig.3 Stress-strainrelationfor⌀3mmand⌀10mm30CrMnMoRE

图4 30CrMnMoRE材料动态应变率与屈服强度关系

Fig.4 Relationbetweenstrainrateand

yieldstrengthfor30CrMnMoRE

图4所示为根据实验结果得到的材料动态强度

与应变率的关系。可以看出,随着应变率由620s-1

提高至3100s-1,材料强度也由1200MPa左右提

高至2150MPa,比低应变率时提高了约79%,可
见,在高应变率下,材料强化效果更为显著。

3.2.2 30CrMnSi
  图5所示是⌀3mm和⌀10mm30CrMnSi的

动态应力-应变关系曲线。⌀3mm试件实验中,压
力范围为0.18~0.42MPa,应变率范围为2000~
3400s-1,屈服强度为1800MPa左右;⌀10mm试

件实验中,压力范围为0.12~0.21MPa,应变率范

围为500~1000s-1,屈服强度为1800MPa左右。
在强化阶段,两组实验的结果有明显区别,但强化阶

图5 ⌀3mm与⌀10mm30CrMnSi试件动态应力-应变关系

Fig.5 Stress-strainrelationfor⌀3mmand⌀10mm30CrMnSi
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图6 30CrMnSi材料动态应变率与屈服强度关系

Fig.6 Relationbetweenstrainrateand

yieldstrengthfor30CrMnSi

段的历程均随应变率的提高而变长。⌀3mm实验

中,随着应变率的变化,材料应力变化范围为2200~
2750MPa,当应变率高于1500s-1时,应力随应变

迅速提高;⌀10mm实验中,应力-应变曲线随应变

率的波动幅度不大,材料应力变化范围为1800~
2200MPa。随着材料的卸载,应力均下降。

图6为30CrMnSi材料动态屈服强度随应变率

的变化关系。随着应变率由500s-1递增至3400s-1,
材料强度由1800MPa提高至2750MPa左右,比低

应变 率 时 提 高 了 52%;由 实 验 数 据 也 可 看 出,

30CrMnSi材料在低应变率下,屈服过程较为清晰,
而随着应变率的提高,屈服过程波动明显,材料动态

强度提高显著。

3.3 本构关系拟合

  采用Johnson-Cook(J-C)模型[13]对⌀10mm30CrMnMoRE、30CrMnSi试件在0.3MPa下的动态

本构进行拟合。J-C模型的表达形式为

σe=[A+B(εpe)n](1+Clṅε*)1- T-Tr

Tm-T
æ

è
ç

ö

ø
÷

r

é

ë
êê

ù

û
úú

m
(4)

式中:σe 为vonMises流动应力;̇ε* =̇εpe/̇ε0 为无量纲等效塑性应变率,̇εpe 为等效塑性应变率;̇ε0 为参考塑

性应变率,一般取̇ε0=1s-1;Tm、Tr分别表示熔点和室温。在J-C模型表达式中,A+B(εpe)n、1+Clṅε*、

1- T-Tr

Tm-T
æ

è
ç

ö

ø
÷

r

m
分别描述了材料的加工硬化效应、应变率效应和温度软化效应。该方程中有5个需要

通过实验确定的参数A、B、C、n、m,A 为静态实验下材料的屈服强度,B 为应变硬化参数,C为应变率敏

感系数,n为应变硬化指数,m 为温度敏感系数。本工作主要研究材料在常温下的动态应力-应变关系,
故拟合过程中未考虑温度影响,m 为零,因此温度效应项为1。根据实验数据,拟合得到各项本构关系

参数A、B、C、n,两种材料的动态本构关系如下

30CrMnMoRE: σe=[1410+600(εpe)0.26](1+0.014lṅε) (5)

30CrMnSi: σe=[1080+320(εpe)0.23](1+0.009lṅε) (6)

  采用数值仿真方法对拟合出的材料本构模型的应力-应变关系进行了计算,并与相同工况下的实验

结果进行对比,如图7所示。仿真结果与实验结果较吻合,但因为实验的误差以及仿真计算的误差,使
计算与实验结果存在一定的差异。

图7 仿真与实验结果对比

Fig.7 Comparisonofsimulationandexperimentalresults

5-201440

 第32卷       贾 宇等:高强度合金钢30CrMnMoRE/30CrMnSi的动态力学性能  第4期 



4 结 论

  通过进行30CrMnMoRE、30CrMnSi两种材料的高应变率动态压缩实验,以及对实验结果的分析,
得到如下主要结论。

(1)采用SHPB系统对不同尺寸的合金钢试件进行动态压缩实验,确定了两种材料的动态应力-应
变关系、屈服强度等参数均具有应变率相关性。随着应变率的提高,材料的动态强度明显提高,呈现出

明显的率敏感性;结合实验结果,拟合了材料在高应变率下的J-C本构方程,为两种材料的理论应用和

数值模拟提供了参考。
(2)通过对比不同尺寸的动态压缩实验结果发现,小尺寸试件可有效减轻惯性效应、弥散效应等,

实现较高应变率加载,更容易得到更高的应变率。
(3)30CrMnMoRE在应变率为3100s-1下的强度比620s-1下提高约79%,30CrMnSi在应变率为

3400s-1下的强度比500s-1下提高50%,两种材料均有不同程度的强化效应。
此外,温度及热处理工艺对材料的动态力学性能也有着重要的影响,可通过开展高温、低温、不同热

处理工艺试件的动态力学性能实验,对比常温下实验结果,更加全面地了解两种材料的力学特点。
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DynamicCompressionPropertiesof30CrMnMoREand30CrMnSi

JIAYu1,LIUYan2,LIANGXiaolu1,ZHENGTeng1

(1.Xi’anModernChemistryResearchInstitute,Xi’an710065,China;

2.CollegeofMechanicalandElectricalEngineering,BeijingInstituteofTechnology,

Beijing100081,China)

Abstract:Weconductedtestsonthedynamicstress-strainrelationshipofboth30CrMnMoREand
30CrMnSiatdifferentstrainratesusingthesplitHopkinsonpressurebar(SHPB)systemtostudythe
mechanicalresponseofalloymetalunderhighimpact,andobtainedtheirdynamicstress-straincurves
andyieldstrength.AndcombinedwiththeJohnson-Cookmodel,weobtainedthedynamicconstitutive
modelofthetwomaterials.Thetestresultsshowthatthestress-strainrelationshipandthestrength
parametersofthetwosteelshaveobviousstrainratedependence.Withtheincreaseofthestrainrate,

thedynamicstrengthof30CrMnMoREincreasedbyabout79%,andthatof30CrMnSiincreasedabout
by50%.
Keywords:impact;splitHopkinsonpressurebar(SHPB);highstrainrate;constitutivemodel
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考虑温度效应的泡沫铝准静态
压缩本构模型

*

李雪艳,李志斌,张 舵
(国防科技大学文理学院,湖南 长沙 410073)

  摘要:采用 MTS材料试验机研究了不同密度(0.322~0.726g/cm3)的闭孔泡沫铝在温

度范围25~500℃下的准静态压缩力学性能,得到了泡沫铝在不同温度下的单轴压缩应力-应
变曲线,分析了密度以及温度对其力学行为的影响。利用Liu和Subhash提出的本构模型对

不同密度泡沫铝的应力-应变曲线进行拟合,分析并确定了模型中各参数随密度变化的函数,
再代入Liu-Subhash模型,得到了泡沫铝的准静态压缩本构模型。通过引入温度软化项对准

静态压缩本构模型进行修正,建立了考虑温度效应的泡沫铝准静态压缩本构模型,对闭孔泡沫

铝的工程应用具有指导意义。

  关键词:闭孔泡沫铝;准静态压缩;本构模型;温度效应;密度效应

  中图分类号:O347;TJ410   文献标识码:A

  泡沫金属质轻,具有较高的比刚度和比强度,以及隔热、电磁屏蔽等物理性能[1],在汽车交通、铁路、
航空航天等领域广泛应用,如用于飞机外壳夹层、汽车防冲档。除此之外,泡沫金属在受到压缩时,由于

其应变滞后于应力,压缩应力-应变曲线中有一个很长的低应力平台,可承受较大的塑性变形,因此泡沫

金属具有良好的吸能特性,可用于缓和冲击的工程构件、能量吸收和防振构件[2]。
目前,常温下泡沫金属的静/动态本构关系已经得到广泛的研究。Chen和Lu[3]提出了一个依赖于

特征应力和总应变的应力势,在此基础上建立了一个唯象的可压缩弹塑性本构模型的框架。该模型避

免了人为区分应力-应变的弹塑性区带来的影响。王二恒等[4]利用Chen和Lu[3]提出的唯象本构模型

框架,建立了一个泡沫金属准静态本构模型,得到了泡沫金属在三维等比例压缩和侧向受约束轴向压缩

时的宏观应力-应变曲线。王志华等[5]提出了一个多参数的非线性弹塑性唯象本构模型,可以全面地描

述泡沫金属材料线弹性段、应力平台段和密实段的典型三阶段变形特征。
泡沫金属是一种典型的低成本轻质材料,其复合结构有望作为近空间飞行器中的重要结构部件。

但是,近空间飞行器苛刻的应用环境不但要求其结构轻质化,而且要求泡沫金属在高温下有较好的承

载、隔热和冲击吸能能力。目前,考虑温度效应的泡沫金属力学行为的研究还比较少。Hakamada等[6]

开展了ALPORAS闭孔泡沫铝及其基体材料在温度范围573~773K内的准静态压缩试验,发现闭孔

泡沫铝在高温下的变形机制与其基体材料的变形机制本质上是相同的。Aly[7]开展了ALPORAS闭孔

泡沫铝在常温和高温下的压缩实验,研究了相对密度和实验温度的影响,研究发现,胞壁屈曲是闭孔泡

沫铝的主要变形机制,增大密度与升高实验温度对泡沫金属力学性能的影响刚好相反。Cady等[8]研究

了ALPORAS泡沫铝在不同应变率(0.001~1800s-1)和不同温度条件(77~295K)下的力学性能,结
果表明,闭孔泡沫铝的力学性能对温度具有很强的依赖性。
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考虑泡沫金属温度效应的本构关系相关研究也比较匮乏。习会峰等[9]开展了-50~300℃范围内

不同温度下泡沫铝的静态压缩实验,建立了考虑温度效应的泡沫铝静态压缩本构模型。王鹏飞等[10]基

于Sherwood和Frost提出的本构关系框架,分析了泡沫铝本构方程中温度效应与应变率效应的耦合关

系,对本构方程中的应变率敏感系数进行了适当修正,修正后的本构关系与实验结果的重合性较好,在
此基础上得到了泡沫铝在一定密度范围内包含温度、应变率影响的较为完备的本构方程。

本研究通过开展不同密度(0.322~0.726g/cm3)的泡沫铝在不同温度(25~500℃)下的准静态压

缩实验,分析泡沫铝在不同温度下的力学性能,测得不同温度下泡沫铝的单轴压缩应力-应变曲线。基

于Liu-Subhash模型[11],对不同温度下的实验数据进行拟合,建立考虑温度效应和密度效应的泡沫铝

准静态压缩本构模型。

1 实验方法及方案

  实验材料为闭孔泡沫铝,由上海奥深特金属复合材料科技有限公司提供。本研究采用的闭孔泡沫

铝材料原尺寸为400mm×400mm×600mm,孔径介于2~5mm之间。准静态压缩实验采用线切割

技术加工圆柱形试件。为了保证均匀性,排除胞孔尺寸影响,试件高度和直径不小于5个胞孔,试件尺

寸为⌀32mm×15mm。实验前,对每个试样进行称量,得到其真实的相对密度,测得试样密度范围为

0.322~0.796g/cm3。
准静态实验在 MTS810材料试验机上进行,加载速率为0.001s-1。实验温度分别取25、200、275、

350、425和500℃,高温实验在 MTS810自带的高温箱中进行,温度误差为±5℃。

2 Liu-Subhash本构模型

  为了准确描述泡沫材料应力-应变曲线的三阶段特征,Liu与Subhash[11]提出了一维六参数本构

模型

σ=p1 e
p2ε-1

p6+ep3ε
+ep4(ep5ε-1) (1)

式中:σ为压缩应力,ε为压缩应变,p1、p2、p3、p4、p5 和p6 为用于描述泡沫材料性质的参数。p1 主要描

述压缩时屈服应力的变化;p2 和p3 为无量纲参数,主要描述应力平台阶段的硬化性能;p4 和p5 主要描

述密实阶段的起点和密实阶段斜率的大小;p6 主要描述弹性段斜率的大小。从模型中可以看出,参数

p6 的作用可以用p1 和p3 代替。习会峰等[9]提出简化模型,用常数1取代参数p6,将其简化为五参数

模型

σ=p1e
p2ε-1
1+ep3ε

+ep4(ep5ε-1) (2)

3 实验结果与分析

3.1 包含密度效应的泡沫铝本构模型

3.1.1 密度对应力-应变曲线的影响

  图1为不同密度ρ下泡沫铝的准静态压缩应力-应变实验曲线。从实验结果来看,泡沫铝的应力-应
变曲线的形状及发展趋势相似,呈典型的三阶段特性,即:较小应变下的线弹性阶段、对应于胞壁塑性坍

塌而缓缓上升的应力平台阶段和密实后的应力迅速上升阶段。从图1中可以看出,泡沫铝材料的初始

密度对其应力-应变曲线影响巨大,随着密度的增大,曲线依次抬高,屈服强度也相应增大,但压缩至致

密段的最大应变量减小。因此,在基体材料相同的情况下,在一定的密度范围内,泡沫铝材料的力学性

能主要由材料的初始密度决定,初始密度越大,材料承载能力越强。
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3.1.2 基于Liu-Subhash模型的实验数据拟合

  基于简化的Liu-Subhash模型,对实验得到的常温下不同密度泡沫铝的准静态应力-应变曲线进行

拟合,得到不同密度泡沫铝材料的模型参数值,如表1所示。实验曲线和拟合曲线如图2所示,可见拟

合效果较好,可采用该模型描述泡沫铝的单轴准静态压缩应力-应变关系。

图1 常温下不同密度泡沫铝的准静态

应力-应变曲线

Fig.1 Quasi-staticstress-straincurvesof
aluminumfoamwithdifferentdensities

atroomtemperature

图2 常温下不同密度泡沫铝的应力-应变

曲线拟合情况

Fig.2 Fittingofstress-straincurvesof
aluminumfoamwithdifferentdensities

atroomtemperature

表1 不同密度下的模型参数值

Table1 Parametervaluesfordifferentdensities

Density/

(g·cm-3)
Parameter

p1 p2 p3 p4 p5

0.322 3.08 86.09 86.22 -6.49 11.60

0.481 5.98 90.83 90.74 -4.66 10.98

0.639 9.31 91.20 90.89 -3.00 9.41

0.726 12.01 92.04 92.14 -1.33 7.41

3.1.3 考虑密度效应的修正模型

  由表1可知,参数p1、p2、p3、p4、p5 随密度的变化而变化,显然这5个参数都是密度ρ的函数。因

此,(2)式可以写成

σ=p1(ρ)
ep2(ρ)ε-1
1+ep3(ρ)ε

+ep4(ρ)[ep5(ρ)ε-1] (3)

  (3)式即为考虑了密度影响的泡沫铝的常温准静态压缩本构模型。图3为模型中5个参数随密度

的变化情况,对实验数据进行拟合,得到5个参数与密度的关系为

p1(ρ)=20.34ρ1.69

p2(ρ)=94.58ρ0.08

p3(ρ)=94.41ρ0.08

p4(ρ)=12.34ρ-10.55
p5(ρ)=-8.6ρ+14.

ì

î

í

ï
ï
ïï

ï
ï
ïï 68

(4)

  由(3)式和(4)式得到考虑密度效应的闭孔泡沫铝静态压缩本构模型,该模型可用于描述不同密度

下泡沫铝的应力-应变曲线,具体形式如下
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σ=20.34ρ1.69
e94.58ρ

0.08ε-1
1+e94.41ρ

0.08ε
+e12.34ρ-10.55[e(-8.6ρ+14.68)ε-1] (5)

图3 常温下参数随密度的变化规律

Fig.3 Variationofparameterswithdensityatroomtemperature

3.2 包含温度效应的泡沫铝本构模型

3.2.1 温度对应力-应变曲线的影响

图4 不同温度下泡沫铝的准静态应力-应变曲线

Fig.4 Quasi-staticstress-straincurvesof
aluminumfoamatdifferenttemperatures

  图4是密度为0.322g/cm3 的泡沫铝在不同温

度下的准静态应力-应变曲线。由图4可知,随着温

度的升高,材料由硬变软,由脆变韧。材料呈现明显

的温度软化效应,当温度从25℃上升到500℃时,
泡沫铝屈服强度从4.70MPa下降到0.88MPa。

3.2.2 考虑温度效应的修正模型

  为了得到包含温度效应的泡沫铝本构模型,引
入温度软化项

H(T)=1-T*m (6)
式中:T*为无量纲温度项,m 为指数。

T* = T-Troom

Tmelt-Troom
(7)

式中:Troom为室温,Troom=298K;Tmelt为铝合金的熔

点,Tmelt=933K。
因此,(3)式可进一步写成

σ= p1(ρ)
ep2(ρ)ε-1
1+ep3(ρ)ε

+ep4(ρ)[ep5(ρ)ε-1{ }]· 1- T-Troom

Tmelt-T
æ

è
ç

ö

ø
÷

room

é

ë
êê

ù

û
úú

m
(8)

(8)式即为考虑温度效应和密度效应的泡沫铝准静态本构模型。基于该模型,对不同温度下得到的准
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图5 不同温度下泡沫铝应力-应变曲线的拟合情况

Fig.5 Fittingofstress-straincurvesofaluminum
foamatdifferenttemperatures

静态压缩应力-应变曲线进行拟合,得到参数

m=1.31。不同温度下泡沫铝的应力-应变实

验及拟合曲线如图5所示。从图5中可以看

到,应力平台阶段和压实段拟合曲线与实验曲

线吻合较好,说明该模型可用于描述不同温度

下泡沫铝的应力-应变曲线。但在弹性段,拟合

曲线与实验结果吻合得不太好,主要原因是

Liu-Subhash模型不能很好地描述应力-应变曲

线中的应力降现象,另一方面是由于实验时温

度控制不精确产生的误差。总体上拟合曲线可

以反映实验曲线的特征,拟合得到的参数值是

可信的。

4 结 论

  利用 MTS万能材料试验机研究了不同密

度(0.322~0.726g/cm3)的闭孔泡沫铝在不同温度(25~500℃)下的静态压缩力学性能,实验结果表

明:泡沫铝材料的初始密度对其应力-应变曲线影响巨大,随着密度的增大,屈服强度也相应增大,材料

承载能力增强;随着温度的升高,泡沫铝材料力学特性由硬变软,呈现明显的温度软化效应。利用Liu-
Subhash模型对不同密度下的实验数据进行拟合,拟合效果很好,分析并确定了模型中5个参数随密度

变化的函数,并代入Liu-Subhash模型,得到了考虑密度效应的本构模型;又引入温度软化项对本构模

型进行修正,建立了综合考虑温度效应和密度效应的泡沫铝准静态压缩本构模型。
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ConstitutiveModelofAluminumFoamsConsidering
TemperatureEffectunderQuasi-StaticCompression

LIXueyan,LIZhibin,ZHANGDuo

(CollegeofLiberalArtsandSciences,NationalUniversityofDefenseTechnology,

Changsha410073,China)

Abstract:Inthisstudy,weemployedtheMTSmachinetoapplyacompressiveloadtotheclosedcell
aluminumfoamswithdifferentdensities(0.322-0.726g/cm3)atdifferenttemperatures(25-500℃)

underquasi-staticstate,andobtainedthestress-straincurvesofthealuminumfoamunderuniaxial
compressionandanalyzedtheinfluenceofdensityandtemperatureonitsmechanicalbehavior.Wefit-
tedthestress-straincurvesatdifferentdensitiesusingtheLiuandSubhashconstitutivemodel,andthe
fittedresultsaccordedwellwiththeexperimentalcurves.Thenweanalyzedanddeterminedthefunc-
tionbetweentherevised5parametersandthevaryingdensity,andestablishedaconstitutivemodelof
thealuminumfoamswithdensityeffecttakenintoconsideration.Withthetemperaturesoftening
effectaddedtothemodificationofthisconstitutivemodel,weeventuallyestablishedaconstitutive
modelofaluminumfoamsconsideringboththetemperatureeffectandthedensityeffectunderquasi-
staticcompression.
Keywords:closedcellaluminumfoams;quasi-staticcompression;constitutivemodel;temperatureeffect;

densityeffect
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轴轴向载荷下功能梯度材料Timoshenko梁
动力屈曲分析

*

黄 悦1,韩志军1,路国运2

(1.太原理工大学力学学院,山西 太原 030024;

2.太原理工大学建筑与土木工程学院,山西 太原 030024)

  摘要:假设功能梯度材料Timoshenko梁各项物性参数只沿厚度方向按幂函数进行连续

变化,研究了功能梯度材料Timoshenko梁的动力屈曲。基于一阶剪切理论,采用 Hamilton
原理推导出轴向载荷作用下,功能梯度材料Timoshenko梁动力屈曲的控制方程。利用里兹

法与棣莫弗公式相结合,获得了功能梯度材料Timoshenko梁在夹支-固支边界条件下动力屈

曲临界载荷的解析表达式和屈曲解。应用 MATLAB编程计算,讨论了功能梯度材料Timo-
shenko梁的几何尺寸、梯度指数、模态数、材料构成、泊松比以及弹性模量对临界载荷的影响。
结果表明:功能梯度材料Timoshenko梁动力屈曲临界载荷随梁长度的增大而减小,随着梯度

指数的增大而减小,随模态数的增大而增大,说明冲击载荷越大,高阶模态越容易被激发;随着

泊松比和弹性模量的增大而增大,且泊松比的影响较小,而弹性模量的影响较大。由于剪切项

的影响,临界载荷-临界长度的关系曲线在加载端变化趋势平缓。随着模态数的增大,梁的屈

曲模态越为复杂。

  关键词:功能梯度材料;动力屈曲;临界载荷;里兹法;棣莫弗公式

  中图分类号:O344.1;TB333   文献标识码:A

  功能梯度材料是一种集各组分于一体的新型材料,其微观结构和综合性能都呈连续性变化,从而降

低了材料的应力集中,提高了材料的性能与功能。因此,功能梯度材料在航天航空、船舶工业、汽车工

业、能源工业以及生物医学工业等工程领域有广泛的应用前景,国内外众多学者对功能梯度材料进行了

深入的分析和探究[1-3]。Kocaturk和Akbaş[4-5]考虑几何非线性,使用有限元法对不同边界条件下功能

梯度材料Timoshenko梁在热载作用下的后屈曲进行了分析。Paul[6]对面内热负荷作用下功能梯度材

料Timoshenko梁的后屈曲进行了研究。Şimşek[7]基于Timoshenko梁理论,首次对功能梯度材料在

双向递变情况下的梁动力屈曲进行了讨论。Eltaher等[8]基于Timoshenko梁理论和最小势能原理,运
用有限元法对功能梯度材料Timoshenko梁的动力屈曲进行了分析。Rahimi等[9]基于Timoshenko梁

理论,采用Von-Karman非线性应变-位移关系,对功能梯度材料梁的后屈曲进行了研究。Li[10]比较了

轴向载荷作用下功能梯度材料Timoshenko梁和欧拉-伯努利梁的临界屈曲载荷之间的关系。Kahya
等[11]采用有限元软件对功能梯度梁的动力屈曲以及自由振动进行了分析。Kiani[12]基于欧拉-伯努利

梁理论,对不同热载荷作用下功能梯度材料梁的动力屈曲进行了研究。Anandrao[13]运用里兹法和有限

元法对均匀细长功能梯度梁热后屈曲进行了讨论。Akbaş等[14]利用Newton-Raphson迭代法结合有

限元法研究了热载荷作用下功能梯度梁的后屈曲行为。Rychlewska[15]通过等效梁近似功能梯度梁,对
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功能梯度梁进行了动力屈曲分析。综上所述,功能梯度梁的屈曲研究主要以数值计算为主。
本研究基于一阶剪切理论,利用Hamilton原理推导出功能梯度材料Timoshenko梁动力屈曲的控

制方程;采用里兹法结合棣莫弗公式,导出功能梯度材料Timoshenko梁在夹支-固支边界条件下动力

屈曲临界载荷的解析表达式;应用 MATLAB软件编程计算,讨论功能梯度材料Timoshenko梁的几何

尺寸、梯度指数、模态数、材料构成、泊松比以及弹性模量对临界载荷的影响。

1 功能梯度材料物性参数

  功能梯度材料Timoshenko梁的各项物性参数只沿厚度(z)方向按幂函数连续变化,表示为[16]

弹性模量 Ez=(Ec-Em)12+zæ

è
ç

ö

ø
÷

h
k

+Em (1)

密度 ρz=(ρc-ρm)
1
2+zæ

è
ç

ö

ø
÷

h
k

+ρm (2)

泊松比 μz=(μc-μm)12+zæ

è
ç

ö

ø
÷

h
k

+μm (3)

剪切模量 Gz= Ez

2(1+μz)
(4)

式中:Ec 是陶瓷的弹性模量,Em 是金属的弹性模量,ρc 是陶瓷的密度,ρm 是金属的密度,μc 是陶瓷的泊

松比,μm 是金属的泊松比,k是梯度指数。

2 动力控制方程的推导

  如图1所示,功能梯度材料Timoshenko梁

的长为l,宽为b,高为h,材料各项性质只沿高度

方向呈连续性变化,剖面中心线为x 轴,设其轴

向位移为u(x,t),横向位移为w(x,t),横截面转角

为φ。基于平截面假定,由一阶剪切理论,Timo-
shenko梁的位移及应变[17]可表示为

图1 受轴向载荷作用的Timoshenko梁

Fig.1 Timoshenkobeamunderaxialload

u=u0-zφ
w=w{

0

(5)

εx =ε0x +zkx

γxz =γ0{
xz

(6)

其中 ε0x =∂u0∂x
, γ0xz =∂w0

∂x -φ, kx =-∂φ∂x
(7)

式中:u0 是杆的中性面在x轴方向的位移,w0 是杆的中性面在z轴方向的位移,ε0x 是杆的中性面在x
方向的正应变,γ0xz是杆的中性面在xz方向的切应变,kx 是杆件任意点在x 轴方向上的曲率。

其内力、剪力及内力矩可表示为

内力 Nx =A11ε0x +B11kx (8)

剪力 Qx =KA55
∂w0

∂x -æ

è
ç

ö

ø
÷φ (9)

内力矩 Mx =B11ε0x +D11kx (10)
式中:A11为拉伸刚度系数;B11为耦合刚度系数;D11为扭转刚度系数;A55为剪切刚度系数;K 为剪切修

正系数,取K=5/6。

A11=∫
h/2

-h/2

Ez

1-μ2z
dz (11)

B11=∫
h/2

-h/2

zEz

1-μ2z
dz (12)
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D11=∫
h/2

-h/2

z2Ez

1-μ2z
dz (13)

A55=∫
h/2

-h/2

Ez

2(1+μz)
dz (14)

应变能 U=12∫
l

0∫
b

0∫
h/2

-h/2
(Nxε0x +Mxkx +Qxγxz)dxdydz (15)

动能 T=12∫
l
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dxdydz (16)

外力功 W =12∫
l

0∫
b

0∫
h/2

-h/2
Nx

∂w
∂

æ

è
ç

ö

ø
÷

x
2

dxdydz (17)

  定义广义变量为

(I0,I1,I2)=∫
h/2

-h/2
ρz(1,z,z2)dz (18)

将(15)式~(18)式代入Hamilton原理,即δ∫
t2

t1
T-U+( )W dt=0,由u0、v0、φ的变分系数取零可得

δu0:-I0∂
2u0
∂t2 +I1∂

2φ
∂t2 +A11

∂2u0
∂x2 -B11

∂2φ
∂x2=0 (19)

δw0:-I0∂
2w0

∂t2 -N(t)∂
2w0

∂x2 +KA55
∂2w0

∂x2 -KA55
∂φ
∂x=0 (20)

δφ:I1
∂2u0
∂t2 -I2∂

2φ
∂t2 -B11

∂2u0
∂x2 +D11

∂2φ
∂x2-KA55φ+KA55

∂w0

∂x =0 (21)

不考虑轴向惯性[18],将(21)式对x求导可得

-I2 ∂
3φ

∂t2∂x+D11
∂3φ
∂x3-KA55

∂φ
∂x+KA55

∂2w0

∂x2 =0 (22)

对(20)式进行偏导计算,得

KA55
∂φ
∂x=-I0∂

2w0

∂t2 -N(t)∂
2w0

∂x2 +KA55
∂2w0

∂x2

KA55
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4w0
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KA55
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∂x3 +KA55
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∂x3

KA55
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∂4w0
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(23)

将(23)式代入(22)式,得到控制方程为

D11

KA55
-I0 ∂

4w
∂x2∂t2-N(t)∂

4w
∂x

é

ë
êê

ù

û
úú4 +D11

∂4w
∂x4 + I2

KA55
I0∂

4w
∂t4 +N(t)∂

4w
∂x2∂t

é

ë
êê

ù

û
úú2 -

I2 ∂
4w

∂x2∂t2+I0∂
2w
∂t2 +N(t)∂

2w
∂x2 =0

(24)

3 动力屈曲临界载荷

3.1 用里兹法化简控制方程

  设一端夹支、一端固支梁的动力屈曲解的形式为[19]

w=T(t)Asinn1πxl +Bsinn2πxæ

è
ç

ö

ø
÷

l
(25)

式中:n1、n2 为屈曲的模态阶数,A、B 为待求系数。动力屈曲解要满足下列一端夹支、一端固支梁的边

界条件

w(0)=∂w∂x x=0
=w(l)=∂w∂x x=l

=0 (26)
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将(26)式代入(25)式可得

An1π
l +Bn2π

l =0

An1π
lcos

(n1π)+Bn2π
lcos

(n2π)=

ì

î

í

ï
ï

ï
ï 0

(27)

若(27)式有解则cos(n1π)与cos(n2π)奇偶性相同,即n2=n1+2。又An1π
l +Bn2π

l =0,即 A
B = -n2

n1
。

取A=1,B= -n1
n2
。则梁的动力屈曲解的形式化为

w=T(t)sinn1πxl -n1
n2
sinn2πxæ

è
ç

ö

ø
÷

l
(28)

式中:n1、n2 是屈曲的模态阶数,且n1=1,2,3,…;n2=n1+2。
对(28)式求偏导可得
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÷
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è
ç

ö

ø
÷

l
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(29)

3.2 由棣莫弗公式求解临界载荷

  由棣莫弗公式 cosθ+isin( )θ n =cos(nθ)+isin(nθ)可得

sinnπxl
sinπxl

=C1n cosπxæ

è
ç

ö

ø
÷

l
n-1

-C3n cosπxæ

è
ç

ö

ø
÷

l
n-3

sinπxæ

è
ç

ö

ø
÷

l
2

+… (30)

将(29)式除以sinπxl
,当梁发生屈曲,即x=l时有

wxx

sinπxl

=Tn1π2

l2 -n21+n( )22

wtt

sinπxl

=Ttt n1-n( )1 =0

wxxtt

sinπxl

=Ttt
n1π2

l2 -n21+n( )22

wxxxx

sinπxl

=Tn1π4

l4 n41-n( )42

wtttt

sinπxl

=Ttttt n1-n( )1 =

ì

î

í

ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ïï

ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ïï

0

(31)

将(31)式代入控制方程得

Ttt+T(α-β)=0 (32)
其中
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α=N(t) D11(n21+n22)π2+KA55l2
[-D11I0+I2N(t)-I2KA55]l2

, β= D11(n21+n22)π2KA55

[-D11I0+I2N(t)-I2KA55]l2

当α-β<0时,方程的解为指数形式的发散解,表明系统经受微小的扰动后,运动为无界,因此系统呈

现不稳定的状态。当α-β>0时,表明系统围绕平衡位置做微小振动,因此系统呈现稳定平衡的状

态[19]。当α-β=0时为Timoshenko梁屈曲临界状态,由此推出动力屈曲临界载荷的表达式为

Ncr= D11 n21+n( )22 π2KA55

D11 n21+n( )22 π2+KA55l2cr
(33)

(33)式表明:剪切项对动力屈曲临界载荷有一定的影响,当临界长度lcr=0时,临界载荷为KA55。

4 数值计算

  运用 MATLAB软件对(33)式进行编程计算,材料选取陶瓷/钛功能梯度材料、陶瓷/铁功能梯度材

料和陶瓷/铜功能梯度材料。梁的宽度b=2cm,厚度h=3cm。讨论梁厚度、模态数(n)、梯度指数(k)、
泊松比(μ)、弹性模量(E)以及材料构成对临界载荷的影响。材料各参数如表1所示。

表1 材料各项参数

Table1 Materialparameters

Material
Elasticitymodulus

E/GPa
Density

ρ/(g·cm-3)
Poisson’sratio

μ

Ceramic 385 3.96 0.23

Titanium 108.5 4.54 0.41

Iron 155 7.86 0.291

Copper 119 8.96 0.326

图2所示为n=1、k=1/2时,不同材料构成下临界载荷Ncr与临界长度lcr的关系曲线。当h、n、k、μ
以及E 一定,材料构成不同时,其Ncr随着lcr的增加而减小。当lcr相同时,陶瓷/铁材料的临界载荷值高

于陶瓷-钛材料,且陶瓷/钛材料梁与陶瓷/铜材料梁的Ncr-lcr曲线在lcr超过1m时接近重合。由于剪切

项的影响,曲线在加载端变化趋势平缓。
图3所示为陶瓷/钛功能梯度材料梁在n=1时,不同k下Ncr与lcr的关系曲线。当梁的h、n、μ、E

以及材料构成一定,k不同时,其Ncr随着lcr的增大而减小。当lcr相同时,Ncr随着的k的增大而减小。
由于剪切项的影响,曲线在加载端变化趋势也平缓,如图2所示。

图4所示为陶瓷/钛功能梯度材料梁在k=1/2时,不同n下Ncr与lcr的关系曲线。当梁的h、k、μ、

E 以及材料构成一定,n不同时,其 Ncr随着lcr的增大而减小。当lcr相同时,Ncr随着n的增大而增大。
这表明冲击载荷越大,高阶模态越容易被激发。

图2 不同材料构成下临界载荷与临界长度的关系

Fig.2 Relationshipbetweencriticalloadand
criticallengthfordifferentmaterials

图3 不同梯度指数下临界载荷与临界长度的关系

Fig.3 Relationshipbetweencriticalloadand
criticallengthfordifferentgradientindexes
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图5表示陶瓷/钛功能梯度材料梁在k=1/2、n=1时,不同h下Ncr与lcr的关系曲线。当梁的n、k、

μ、E 以及材料构成一定,h不同时,其Ncr随着lcr的增大而减小。当lcr相同时,Ncr随着h的增大而增大。

图4 不同模态数下临界载荷与临界长度的关系

Fig.4 Relationshipbetweencriticalloadand
criticallengthfordifferentmodalnumbers

图5 不同截面高度下临界载荷与临界长度的关系

Fig.5 Relationshipbetweencriticalloadand
criticallengthfordifferentheights

图6表示k=1/2、n=1、μ=0.41时,不同E 下Ncr与lcr的关系曲线。当梁的h、k、μ、n一定,E 不同

时,其Ncr随着lcr的增大而减小。当lcr相同时,Ncr随着E 的增大而增大。
图7表示k=1/3、n=1、E=100GPa时,不同μ下Ncr与lcr的关系曲线。当梁的h、k、E、n一定,μ

不同时,其Ncr随着lcr的增大而减小。当lcr相同时,不同μ下曲线接近重合,表明μ对Ncr的影响不大。

图6 不同弹性模量下临界载荷与临界长度的关系

Fig.6 Relationshipbetweencriticalloadand
criticallengthfordifferentelasticitymodulus

图7 不同泊松比下临界载荷与临界长度的关系

Fig.7 Relationshipbetweencriticalloadand
criticallengthfordifferentPoisson’sratios

图8~图11是陶瓷/钛功能梯度材料梁在k=1/2时,不同模态数下的屈曲模态图。可见,随着模

态数n的增大,梁的屈曲模态越发复杂。固定端屈曲模态的幅值较大,对比不同模态下的固支端与夹支

端,其幅值比例范围为1.62~2.88。

图8 梁屈曲模态数取n=1模态图

Fig.8 Bucklingmodeofbeamforn=1

图9 梁屈曲模态数取n=2模态图

Fig.9 Bucklingmodeofbeamforn=2
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图10 梁屈曲模态数取n=3模态图

Fig.10 Bucklingmodeofbeamforn=3

图11 梁屈曲模态数取n=4模态图

Fig.11 Bucklingmodeofbeamforn=4

5 结 论

  (1)基于一阶剪切理论,通过Hamilton原理推导出功能梯度材料Timoshenko梁的动力屈曲控制

方程。
(2)用里兹法与棣莫弗公式相结合,得到了功能梯度材料Timoshenko梁在夹支-固支边界条件下

动力屈曲临界载荷的解析表达式及屈曲解。
(3)应用 MATLAB软件,讨论了功能梯度材料Timoshenko梁的几何尺寸、梯度指数、模态数、材

料构成、泊松比以及弹性模量对临界载荷的影响。结果表明:功能梯度材料Timoshenko梁的动力屈曲

临界载荷随着梁长度、梯度指数的增大而减小;临界载荷随模态数的增大而增大,且冲击载荷越大,高阶

模态越容易被激发;临界载荷随泊松比及弹性模量的增大而增大,且泊松比的影响不大,而弹性模量的

影响较大。由于剪切项的影响,临界载荷-临界长度的关系曲线在加载端变化趋势平缓;随着模态数的

增大,梁的屈曲模态越发复杂。
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DynamicBucklingofFunctionallyGradedTimoshenkoBeam
underAxialLoad

HUANGYue1,HANZhijun1,LUGuoyun2

(1.CollegeofMechanics,TaiyuanUniversityofTechnology,Taiyuan030024,China;
2.CollegeofArchitectureandCivilEngineering,TaiyuanUniversityofTechnology,

Taiyuan030024,China)

Abstract:Inthisstudy,weinvestigatedthedynamicbucklingofthefunctionallygradedTimoshenkobeam
whosepropertyparameterscontinuouslychangeaccordingtothepowerfunctionalongthethicknessdirection.
Basedonthefirstordersheardeformationtheory,wederivedthegoverningequationofthedynamicbuckling
offunctionallygradedmaterialTimoshenkobeamsunderaxialsteploadingbyusingtheHamilton’sprinciple.
UsingtheRitzmethodcombiningwiththedeMoivre’sformula,weobtainedthebucklingsolutionandtheex-
pressionofthecriticalloadofthedynamicbucklingoffunctionallygradedmaterialTimoshenkobeamunder
theclamped-fixedboundarycondition.Then,theinfluenceofgeometricsize,gradientindex,modalnumber,
materialcomposition,Poisson’sratioandelasticmodulusonthecriticalloadbyMATLABcalculationwasdis-
cussed.TheresultsshowthatthecriticalloadofthefunctionallygradedmaterialTimoshenkobeamdecreases
withtheincreaseofbeamlengthandthegradientindex,andincreaseswiththeincreaseofthemodalnumber,
showingthatthehighermodalnumberismoreeasilyexcitedbytheincreaseofimpactload.Furthermore,the
criticalloadincreaseswiththeincreaseofthePoisson’sratioandtheelasticmodulus,andtheeffectofelastic
modulusisgreaterthanPoisson’sratio.Thecriticalload-criticallengthcurvetendstobegentleattheloading
endbecauseoftheinfluenceofshearterm.Bucklingmodeofbeambecomesmorecomplicatedwhenthemodal
numberincreases.
Keywords:functionallygradedmaterial;dynamicbuckling;criticalload;Ritzmethod;deMoivre’sformula
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轴轴向荷载下功能梯度材料圆柱壳的动力屈曲
*

周佳华1,杨 强1,韩志军1,路国运2

(1.太原理工大学力学学院,山西 太原 030024;

2.太原理工大学建筑与土木工程学院,山西 太原 030024)

  摘要:基于Donnell壳体理论和经典板壳理论,利用 Hamilton变分原理得到轴向荷载作

用下材料属性呈幂律分布的功能梯度材料圆柱壳的动力屈曲控制方程。根据圆柱壳周向连续

性设出径向位移的函数表达,利用分离变量法求解得到功能梯度材料圆柱壳在轴向荷载作用

下的动力屈曲临界荷载的解析表达式和屈曲解。利用 MATLAB软件编程计算,讨论了径厚

比、梯度指数、环向模态数、轴向模态数等对功能梯度材料圆柱壳动力屈曲临界荷载的影响。
结果表明:圆柱壳的临界荷载随临界长度的增加而减小;冲击端为夹支的临界荷载比冲击端为

简支的临界荷载大,说明约束条件对临界荷载有较大影响;圆柱壳的临界荷载随着模态数的增

加而增大,说明临界荷载越大,高阶模态越易被激发;屈曲模态图随着模态数的增加而复杂化。

  关键词:功能梯度材料;屈曲临界荷载;圆柱壳;Hamilton原理;模态数

  中图分类号:O343   文献标识码:A

  功能梯度材料(FunctionallyGradedMaterials,FGM)的概念是1984年在航空飞机计划中首次提

出的[1],FGM的特性在于它的组成和结构随着体积的变化而变化,从而导致材料相应性质发生改变。
因其材料特性呈幂律分布[2-3],FGM被广泛应用于工程领域,如航空航天、机械工程、生物医学等。圆柱

壳在联合荷载作用下的屈曲分析备受学术界关注[4-5]。目前,对FGM 板壳的研究较为深入[6-8]。Beni
等[9]利用改进的偶应力理论,对FGM 圆柱壳在不同边界条件下的动力屈曲进行了分析;Kargarnovin
等[10]研究了轴向荷载作用下FGM圆柱壳的动力屈曲;Sofiyev等[11]研究了横向压力下功能梯度正交

各向异性圆柱壳的动力屈曲,推导出基于一阶剪切变形理论的功能梯度正交各向异性圆柱壳的稳定性

和相容性方程;Khazaeinejad等[12]研究了弹性模量在厚度方向上连续变化的FGM 圆柱壳在复合外压

和轴向压缩载荷作用下的动力屈曲;Khalili等[13]研究了横向冲击载荷作用下FGM 圆柱壳的动力屈

曲;Alashti等[14]对变厚度FGM圆柱壳外压和轴向压缩的动力屈曲问题进行了分析。

  基于以上研究,本研究讨论了FGM圆柱壳在轴向荷载作用下的动力屈曲。根据Donnell壳体理论

和经典板壳理论,利用Hamilton变分原理得到FGM 圆柱壳的动力屈曲控制方程;采用分离变量法求

得动力屈曲临界荷载表达式;通过 MATLAB软件计算动力屈曲临界荷载,讨论由不同材料(陶瓷和钛、
陶瓷和铁、陶瓷和铜)组成的FGM圆柱壳的径厚比(R/h)、梯度指数(k)、环向模态数(m)、轴向模态数

(n)等对临界荷载的影响。

1 FGM 圆柱壳的屈曲控制方程

  如图1所示,FGM 圆柱壳长度为l,半径为R,总厚度为h,选取柱坐标系(x,θ,z),其相应位移为

(u,v,w)。FGM的材料属性(弹性模量E、密度ρ、泊松比μ等)呈幂律分布[2-3],表示为
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图1 圆柱壳坐标系统

Fig.1 Cylindricalshellcoordinates
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  根据Donnell壳体理论,圆柱壳的小挠度几何方程为
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R∂x∂

ì

î

í

ï
ï
ïï

ï
ï
ïï θ

(3)

式中:ε为正应变,γ为切应变,上、下标“0”表示壳体中面,K 为壳体曲率。

  根据经典板壳理论,FGM圆柱壳的内力N 与内力矩M 可表示为

Nx
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Nxθ

Mx
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(4)

式中:Aij、Bij、Dij(i,j=1,2,6)分别为FGM 圆柱壳的拉伸刚度、耦合刚度和弯曲刚度系数矩阵分量。

A11=A22=∫
h/2

-h/2

E(z)
1-μ2(z)

dz,A12=A21=∫
h/2

-h/2

μ(z)E(z)
1-μ2(z)

dz,A66=∫
h/2

-h/2

E(z)
2[1+μ(z)]

dz,B11=B22=

∫
h/2

-h/2

E(z)
1-μ2(z)

zdz,B12 =B21 =∫
h/2

-h/2

μ(z)E(z)
1-μ2(z)

zdz,B66 =∫
h/2

-h/2

E(z)
2[1+μ(z)]

zdz,D11 =D22 =

∫
h/2

-h/2

E(z)
1-μ2(z)

z2dz,D12=D21=∫
h/2

-h/2

μ(z)E(z)
1-μ2(z)

z2dz,D66=∫
h/2

-h/2

E(z)
2[1+μ(z)]

z2dz。FGM圆柱壳的

力学性能为各向同性[15],那么:A16=A26=B16=B26=D16=D26=0。

  对于圆柱壳,系统的应变能(不考虑剪力)为

U=12∫
2π

0∫
l

0
(Nxε0x +Nθε0θ +Nxθγ0

xθ +MxKx +MθKθ+MxθKxθ)Rdxdθ (5)

动能为
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è
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è
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∂
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è
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t
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êê

ù
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2

Rdxdθdz (6)

外力功为

W =12∫
2π

0∫
l

0
N(t)∂w0

∂
æ

è
ç

ö

ø
÷

x
2

Rdxdθ (7)

Hamilton变分原理为

δ∫
t1

t2

(T-U+W)dt=0 (8)
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将(3)式~(7)式代入(8)式中,由Donnell壳体理论可知,圆柱壳内力沿环向均匀分布,忽略中面位

移[16],由u0、v0、w0 的变分系数为零,整理得到FGM圆柱壳的动力屈曲控制方程为

4I0∂
2w0

∂t2 -I2 ∂4w0

R2∂θ2∂t2+ ∂
4w0

∂x2∂t
æ

è
ç

ö

ø
÷

2 = -4A22
w0

R2-4B12

R2
∂2w0

∂x2 -4B22

R
∂2w0

R2∂θ2-D11
∂4w0

∂x4 -

2(D12+2D66) ∂4w0

R2∂x2∂θ2-D22
∂4w0

R4∂θ4+N(t)∂
2w0

∂x2
(9)

2 控制方程的求解

  设径向位移表示为[17]

w=Y(x)T(t)eimθ (10)
将(10)式代入(9)式中,分离变量得

Y(4)+α2Y″+β2Y=0
T̈-λT={ 0

(11)

其中

α2= 1
D11

4B12

R2 +2R2(D12+2D66)m2-N(t)-I2é

ë
êê

ù

û
úúλ (12)

β2=
1
D11

4A22

R2 +4B22

R3 +D22

R4m4+4I0λ-I2
R2m2é

ë
êê

ù

û
úúλ (13)

  当α4>4β2>0且λ>0时,圆柱壳屈曲[18-20],其动力屈曲解为

Y(x)=C1sin(k1x)+C2cos(k1x)+C3sin(k2x)+C4cos(k2x) (14)

式中:C1~C4 为系数,k1= α2- α4-4β2
2

,k2= α2+ α4-4β2
2

。

  (14)式满足下列两种边界条件:

  (1)对于一端夹支另一端固支的圆柱壳,其边界条件为

Y(0)=Y′(0)=0
Y(l)=Y′(l)={ 0

(15)

  (2)对于一端简支另一端固支的圆柱壳,其边界条件为

Y(0)=Y″(0)=0
Y(l)=Y′(l)={ 0

(16)

  将(14)式代入(15)式中,整理得到如下齐次线性方程组

0 1 0 1
k1 0 k2 0

sin(k1l) cos(k1l) sin(k2l) cos(k2l)

k1cos(k1l) -k1sin(k1l) k2cos(k2l) -k2sin(k2l

æ

è

ç
ç
ç
çç

ö

ø

÷
÷
÷
÷÷)

C1
C2
C3
C

æ

è

ç
ç
ç
çç

ö

ø

÷
÷
÷
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4

=0 (17)

若要(17)式有非平凡解,其系数行列式必为零,于是

2k1k2-2k1k2cos(k1l)cos(k2l)-(k21+k22)sin(k1l)sin(k2l)=0 (18)
由k1 和k2 可得

k21+k22=(n21+n22)π2/l2=α2

k21k22=n21n22π4/l4=β{ 2
(19)

将(19)式代入(12)式和(13)式中,得一端夹支另一端固支时FGM圆柱壳动力屈曲临界荷载Ncr,即

Ncr= D11π2(n21+n22)
l2 -B12

R2 +2
(D12+2D66)m2

R2 +h2(D11n21n22π4R4-A22l4R2+4B22m2R2l4-D22l4m4)
l4R2(h2m2-12R2)

(20)

式中:n1=n=1,2,3,…;m=1,2,3,…;n2=n+2。
  同理可得一端简支另一端固支时FGM圆柱壳动力屈曲临界荷载
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Ncr= D11π2(n21+n22)
l2 -B12

R2 +2
(D12+2D66)m2

R2 +h2(D11n21n22π4R4-A22l4R2+4B22m2R2l4-D22l4m4)
l4R2(h2m2-12R2)

(21)

此时,n1=n=1,2,3,…;m=1,2,3,…;n2=n+1。

  将FGM退化成金属材料,得到金属材料圆柱壳动力屈曲临界荷载

Ncr= D11π2(n21+n22)
l2 +2D12m2

R2 +h2(D11n21n22π4R4-A22l4R2-D22l4m4)
l4R2(h2m2-12R2)

(22)

(22)式与文献[16]中的表达式相同。

  根据(10)式,取一端夹支另一端固支时圆柱壳动力屈曲解的表达式[16]

w=T(t)sinn1πxæ

è
ç

ö

ø
÷

l -n1
n2
sinn2πxæ

è
ç

ö

ø
÷

é

ë
êê

ù

û
úúl sin(mθ) (23)

将(23)式代入控制方程(9)式中,计算并化简整理得到临界荷载表达式

Ncr=
(n21+n22)D11π2

l2 +2m
2(D12+2D66)

R2 (24)

(24)式与不考虑转动惯量时用分离变量得到的结果相同,此时n1=n=1,2,3,…;m=1,2,3,…;n2=
n+2。同理可得当边界条件为一端简支另一端固支时的临界荷载表达式,与(24)式相同,此时n1=n=
1,2,3,…;m=1,2,3,…;n2=n+1。

3 算例分析

  采用 MATLAB软件编程,对FGM 圆柱壳动力屈曲临界荷载进行计算。讨论由不同材料(陶瓷-
钛、陶瓷-铁、陶瓷-铜)组成的FGM圆柱壳(见图2)的径厚比(R/h)、梯度指数(k)、环向模态数(m)、轴
向模态数(n)对临界荷载Ncr的影响。基本材料参数如表1所示。

图2 材料沿壁厚分布

Fig.2 Distributionofmaterialalongwallthickness

表1 材料参数

Table1 Materialparameters

Material E/GPa ρ/(g·cm-3) μ

Ceramic 385 3.96 0.230

Ti 109 4.54 0.410

Fe 155 7.86 0.291

Cu 119 8.96 0.326

图3 不同材料组成下临界荷载与临界长度的关系

Fig.3 Criticalloadvs.criticallengthunderdifferent
materialcompositionconditions

  图3表示n=1、m=2、k=1、R/h=20时,不同

材料组成下Ncr与临界长度l(本研究中临界长度即

为圆柱壳长度)的关系曲线。从图3可以看出:Ncr

随l的增加而减小;当l<0.5m时,Ncr随l的增加

而迅速减小;当l>0.5m时,Ncr随l的增大缓慢减

小,且逐渐趋于常数;同一l下,陶瓷-铜的 Ncr最大,
陶瓷-铁次之,陶瓷-钛的 Ncr最小。以下均以陶瓷-
钛为例进行讨论。

  图4和图5分别表示冲击端为夹支和简支时

n=1、m=2、k=1时不同R/h下Ncr与l的关系曲

线。可以看出:当l增加时,Ncr减小,且逐渐趋于常

数;在同一l下圆柱壳的Ncr随着R/h的增大而减

小;当R/h和l一定时,冲击端为夹支时的 Ncr明显

比冲击端为简支时的Ncr大,说明约束条件对 Ncr有
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较大影响。

图4 冲击端为夹支时不同径厚比下

临界荷载与临界长度的关系

Fig.4 Criticalloadvs.criticallengthunderclampededge
anddifferentdiameter-thicknessratiosconditions

图5 冲击端为简支时不同径厚比下

临界荷载与临界长度的关系

Fig.5 Criticalloadvs.criticallengthundersimplesupport
anddifferentdiameter-thicknessratiosconditions

  图6和图7分别表示冲击端为夹支和简支条件下n=1、m=2、R/h=20时不同k下Ncr与l的关系

曲线。可见:FGM圆柱壳的Ncr随着l的增加而减小;在同一l下,FGM圆柱壳的 Ncr随着k的增加而

增加;当l<0.5m时,Ncr随l的增加迅速减小,当l>0.5m时,Ncr随l的增加缓慢减小并逐渐趋于常

数;当k=1且l一定时,冲击端为夹支时的 Ncr明显比冲击端为简支时的 Ncr大,再次说明约束条件对

Ncr的影响较大。

图6 冲击端为夹支时不同梯度指数下

临界荷载与临界长度的关系

Fig.6 Criticalloadvs.criticallengthunderclamped
edgeanddifferentgradientindexesconditions

图7 冲击端为简支时不同梯度指数下

临界荷载与临界长度的关系

Fig.7 Criticalloadvs.criticallengthundersimple
supportanddifferentgradientindexesconditions

  图8和图9分别表示冲击端为夹支和简支,n=1、k=1、R/h=20时不同m 下Ncr与l的关系曲线。
可以看出:当l在一定范围内时,Ncr随l的增加而迅速减小,超出这一范围后Ncr随l的增加而缓慢减小

且逐渐趋于常数;同一l下,随着m 的增大,FGM圆柱壳的 Ncr增大,表明 Ncr越大,高阶模态越易被激

发。当m=6且l一定时,冲击端为夹支时的Ncr明显比冲击端为简支时的Ncr大,表明约束条件对 Ncr

有较大影响。
  图10和图11分别表示冲击端为夹支和简支,m=1、k=1、R/h=20时不同n下Ncr与l的关系曲

线。图10和图11显示:Ncr随着l的增加而减小;不同n条件下,Ncr随l的增加逐渐趋于同一值;当l<
1m时,在同一l下Ncr随n的增加而增加,说明Ncr越大,高阶模态越容易被激发。
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图8 冲击端为夹支时不同环向模态数下

临界荷载与临界长度的关系

Fig.8 Criticalloadvs.criticallengthunderclampededge
anddifferentcircumferentialmodalnumberconditions

图9 冲击端为简支时不同环向模态数下

临界荷载与临界长度的关系

Fig.9 Criticalloadvs.criticallengthundersimplesupport
anddifferentcircumferentialmodalnumberconditions

图10 冲击端为夹支时不同轴向模态数下

临界荷载与临界长度的关系

Fig.10 Criticalloadvs.criticallengthunderclamped
edgeanddifferentaxialmodalnumberconditions

图11 冲击端为简支时不同轴向模态数下

临界荷载与临界长度的关系

Fig.11 Criticalloadvs.criticallengthundersimplesupport
anddifferentaxialmodalnumberconditions

  图12为不同环向模态数m 下FGM圆柱壳的动力屈曲模态。可以看出:随着m 的增大,圆柱壳的

模态变得越来越复杂,俯视图由单一形变为多瓣形;当m=6时,俯视图为12瓣形。

图12 不同环向屈曲模态图(n=1;m=1,2,3,4,5,6)

Fig.12 Differentcircumferentialbucklingmodes(n=1;m=1,2,3,4,5,6)

  图13为不同轴向模态数n下FGM圆柱壳的动力屈曲模态图。由图13可知:随着n的增加,模态

图变得越来越复杂。由FGM圆柱壳的俯视图可知,各阶模态数下动力屈曲模态图为轴对称。
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图13 不同轴向屈曲模态图(m=2;n=1,2,3,4,5,6)

Fig.13 Differentaxialbucklingmodes(m=2;n=1,2,3,4,5,6)

4 结 论

  (1)根据Donnell壳体理论和经典板壳理论,由 Hamilton变分原理得到轴向荷载作用下FGM 圆

柱壳的动力屈曲控制方程。

  (2)由圆柱壳周向连续性设出径向位移的周向形式,并用分离变量法得到不同约束条件下FGM圆

柱壳动力屈曲临界荷载的表达式和屈曲解式。

  (3)利用 MATLAB对临界荷载进行计算,得到:在轴向模态数(n)、环向模态数(m)、梯度指数(k)、
径厚比(R/h)一定的情况下,同种材料组成的圆柱壳的临界荷载随着临界长度的增加而减小;在n、m、

k、l一定的情况下,临界荷载随着径厚比的增大而减小;在n、m、R/h、l一定的情况下,临界荷载随着梯

度指数k的增加而增加;不同约束条件下,冲击端为夹支的临界荷载大于冲击端为简支的临界荷载,表
明约束条件对临界荷载有较大影响;圆柱壳的临界荷载随模态数的增加而增大,表明临界荷载越大,越
容易激发高阶模态;圆柱壳的动力屈曲模态随模态数的增加变得更为复杂。
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(1.CollegeofMechanics,TaiyuanUniversityofTechnology,Taiyuan030024,China;

2.CollegeofArchitectureandCivilEngineering,TaiyuanUniversityofTechnology,

Taiyuan030024,China)

Abstract:BasedontheDonnellshelltheoryandclassicalshelltheory,weestablishedthedynamic
bucklinggoverningequationoffunctionallygradedcylindricalshellunderaxialloadusingHamilton
principle.Accordingtotheexpressionoftheradialdisplacementbasedonthecircumferentialcontinui-
tyofcylindricalshell,wealsoobtainedthedynamicbucklingcriticalloadexpressionandthebuckling
solutionoffunctionallygradedcylindricalshellunderaxialloadingusingtheseparationvariablemeth-
od.UsingMATLAB,weperformedthenumericalanalysisoffunctionallygradedcylindricalshells,and
discussedtheinfluenceofthediameter-thicknessratio,thegradientindex,thenumberofcircumferen-
tialmodeandaxialmodeonthecriticalloadofdynamicbuckling.Theresultsshowthatthecritical
loadofcylindricalshellsdecreaseswiththeincreaseofthecriticallength.Theconstraintconditions
haveeffectsonthecriticalload,andthecriticalloadoftheclampededgesishigherthanthatofthe
simplesupport.Moreover,thecriticalloadofcylindricalshellsgrowsasthemodalnumberincreases,
indicatingthatthehigherthecriticalloadis,theeasierthehigh-stagemodeexcites.Thedynamic
bucklingmodaldiagrambecomesmorecomplicatedasthemodalnumberincreases.
Keywords:functionallygradedmaterial;bucklingcriticalload;cylindricalshell;Hamiltonprinciple;mo-
dalnumber
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内爆载荷作用下圆柱钢壳的动态破碎性能
*

陈 虎1,沈正祥1,2,王 杜1,陈定岳1,袁书强2

(1.宁波市特种设备检验研究院,浙江 宁波 315048;

2.北方材料科学与技术研究院,浙江 宁波 315103)

  摘要:针对高应变率条件下金属壳体破碎性问题,通过内爆加载试验研究了不同装药条件

对圆柱钢壳破碎性能的影响规律,探索了一种新的适用于圆柱壳体的破碎性评估准则。实验

结果表明:对于不同的给定材料与炸药组合,壳体的单位长度修正Payman破碎参数Cu 和装

药与壳体质量比值(C/M 值)之间均存在线性关系;端部效应会使壳体破碎参数降低一固定

值;壳体壁厚和无装药部分长度等因素对Cu 值影响较小,且壳体无装药部分的破碎性较差,只
与壳体材料有关。

  关键词:柱壳;Payman破碎参数;装药与壳体质量比;端部效应

  中图分类号:O347;TJ412   文献标识码:A

  金属柱壳在内部爆炸加载条件下的动态变形、破碎特性有着重要的理论意义和应用价值。在军事

领域,由于柱壳结构在战斗部中较为常见,其在爆炸载荷下的力学响应及终点效应一直是关注的热

点[1-2];在公共安全领域,为有效限制爆炸冲击波及爆轰产物的作用范围,对人员和设备实现有效保护,

抗爆容器可用于紧急处理疑似爆炸物品[3-4];在石油化工领域,压力容器经常在高温和高压下运行,在突

发故障下内部易燃易爆介质可能发生爆炸,产生碎片引发多米诺事故也是不可避免的[5-6]。
国内外早期的研究主要集中在柱壳膨胀后期裂纹形成的物理机制、断裂应变分析和破片统计分布

规律。Gurnery[7]根据能量平衡模型估算了柱壳外爆膨胀断裂后的破片速度。Taylor[8]基于拉伸断裂

假设及弹塑性理论,提出柱壳内部的应力状态与断裂判据。Hoggatt等[9]观察到,随着爆轰压力的增

加,柱壳的断裂模式由拉伸型向剪切型转变。Mott[10]和Grady[11]分别从统计学方法和能量守恒观点出

发,系统地研究了柱壳破碎后形成大量破片的统计分布规律,并给出相应的破片分布模型。近些年随着

计算机技术的进步,数值仿真成为广泛使用的一种研究方法。Hiroe等[12]基于实验与数值模拟结合的

方法,研究了不同材料、缺陷结构、爆炸能量及起爆位置对柱壳变形及破碎行为的影响规律。Tana-
pornraweekit等[13]通过数值仿真研究了柱壳自然破碎后其破片初速度、飞散角和质量分布特征,并分

析了不同材料性能对柱壳破碎性能的影响。Kong等[14]利用光滑粒子数值法计算了柱壳在内爆载荷下

的动态断裂行为,破片分布及飞散速度与实验结果基本一致。由以上可见,系统研究不同条件下壳体破

碎特性的报道并不多见[15]。针对这类强动载柱壳结构,国内外也未形成一种通用的破碎性评估准则。
本工作以圆柱钢壳为研究对象,分析不同装药条件对壳体膨胀断裂行为的影响,探讨破碎特性和装

药与壳体质量比C/M(C为装药质量,M 为壳体质量)的内在关系,得出一种新的适用于圆柱壳体的破

碎性评估准则。
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1 实 验

1.1 实验方法

  试验材料为某典型高强合金钢,其主要化学成分包括0.6%C、1.27%Si、1.15%Mn、0.018%S、

0.027%P。装药为B炸药,密度为1.67g/cm3。所有圆柱钢壳在水井中爆破,且壳体周围预留足够空

气区域供其膨胀断裂,按标准方法将破片回收,回收率均在97%以上。按质量分组并记录各组破片的

质量和数量,其中质量小于0.04g的破片只统计总质量。

1.2 破碎性表征

  一般认为,壳体破片的质量分布符合修正Payman直线方程[16]

lgP=2-C0m
M

(1)

式中:m 为规定的破片分组质量范围的下限;M 为回收破片的总质量;P 为质量大于m 的破片质量百分

数(0<P≤100);直线的斜率C0 称为修正Payman破碎参数,可用来表征壳体的破碎性能。一般来说,

C0 值越大,壳体破片的质量分布越合理,破碎性越好。
研究还发现,修正Payman破碎参数C0 与壳体长度L成正比,即

Cu=C0/L (2)
式中:Cu 即为单位长度修正Payman破碎参数,单位cm-1。Cu 与壳体长度无关,只与壳体材料、装药类

型及C/M 比值有关。

2 结果分析与讨论

2.1 壳体破碎性能评估准则

  为研究壳体的破碎特性与C/M 比值的关系,设计了如图1所示的圆柱壳体,具体尺寸见表1。为

消除端部效应,药柱两端均突出壳体约20mm。共进行5组试验,每组3发壳体。

图1 圆柱钢壳结构示意

Fig.1 Schematicofcylindricalsteelshell

表1 壳体尺寸及装药条件

Table1 Dimensionsofshellandcharge

No. D/mm d/mm L/mm C/M

1 30.64 20.64 70 0.18

2 41.99 30.13 70 0.23

3 40.13 30.13 70 0.28

4 50.87 39.52 70 0.33

5 49.52 39.52 70 0.38

破片回收后按质量分拣,并根据(1)式分析其质量分布规律,可得出修正Payman破碎参数C0 与

C/M 值的关系。如图2所示,随着C/M 比值的增加,C0 变大,壳体的破碎性能提高,该现象与壳体断

裂及破片形成机制有关,与Reid等[17]的实验结果相符。
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对每组C0 取平均值并除以壳体长度,可得到单位长度修正Payman破碎参数Cu。如图3所示,对

Cu 与C/M 比值进行线性拟合,拟合直线方程可表示为

Cu=19.1+92.8C/M (3)

图2 破碎参数C0 与C/M 值的关系

Fig.2 VariationofPaymanfragmentation

parameterC0withC/Mratio

图3 破碎参数Cu 与C/M 比值的关系

Fig.3 VariationofnormalizedPaymanfragmentation

parameterCuwithC/Mratio

因此可认为,内爆炸加载条件下,任何圆柱钢壳与炸药组合一般都存在这类线性关系,即

Cu=a+bC/M (4)
式中:a和b被称为壳体材料与炸药组合的特征常数。对于给定的材料与炸药组合,a和b为定值。根

据壳体破碎的相似性原则,利用(4)式可以评估在相同壳体材料及炸药条件下任何尺寸圆柱壳体的破碎

参数,具有广泛的用途。由图3还可以看出,当C/M 比值为0.33和0.38时,破碎参数Cu 值偏低。这

是因为这两组壳体的直径较大,毛坯热锻后冷却特别慢,温度不均匀导致组织中铁素体含量增多,并呈

块状形态,阻碍了裂纹扩展与贯通,最终造成壳体整体的破碎性降低。

2.2 端部效应对破碎性的影响

  为研究端部效应对破碎性的影响,设计了如图4所示的圆柱钢壳,其特点是起爆端药柱与壳体齐

平。所有壳体分为两组:一组壁厚t固定,C/M 比值变化,考察C/M 比值对壳体破碎性的影响;另一组

C/M 比值保持不变,壁厚变化,考察壁厚对壳体破碎性的影响。壳体尺寸如表2所示,得到的破碎性结

果如图5所示。可以看出,当存在端部效应时,壳体破碎性随C/M 比值的增大而提高,单位长度修正

Payman破碎参数Cu 与C/M 比值同样可拟合成直线关系,其方程可表示为

Cu=4.7+93.1C/M (5)

  图5中虚线为(3)式拟合直线,表示壳体不存在端部效应时,其破碎参数Cu 与C/M 比值的变化关

系。由此可以得出,无论C/M 比值如何变化,端部效应将导致壳体破碎性能降低。这是因为该条件下

装药起爆不能立刻达到最高压力,导致壳体起爆端不能及时断裂形成破片,整体破碎性能变小。需要注

意的是,图5中两条直线的斜率分别为92.8和93.1,近似相等,意味着不管C/M 比值多大,由端部效

应引起破碎参数Cu 的降低量是个常数。

图4 带端部效应的圆柱钢壳结构

Fig.4 Schematicofsteelshellwithendeffect
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表2 考虑端部效应的壳体尺寸及装药条件

Table2 Dimensionsofshellwithendeffectandcharge

No. D/mm d/mm L/mm t/mm C/M

1 30.64 20.64 60 5 0.18

2 40.13 30.13 60 5 0.28

3 49.52 39.52 60 5 0.38

4 58.84 48.84 60 5 0.48

5 32.11 24.11 60 4 0.28

6 48.16 36.16 60 6 0.28

7 56.19 42.19 60 7 0.28

如果忽略两条直线斜率的微小差别,将(3)式与(5)式相减,即可得到如下关系式

Cu_end=Cu-34a
(6)

式中:Cu_end和Cu 分别为相同C/M 比值条件下存在端部效应和无端部效应的破碎参数,a为材料与炸药

组合的特性常数。
当C/M 比值保持不变时,破碎参数Cu 随壳体壁厚的变化趋势如图6所示。可以看出,Cu 与壁厚

的关系基本为一条水平直线,具有很小的正斜率,表明端部效应与壁厚无关。

图5 端部效应对壳体破碎参数Cu 的影响

Fig.5 Influenceofendeffectonthenormalized
PaymanfragmentationparameterCu

图6 壁厚对壳体破碎参数Cu 的影响

Fig.6 Influenceofwallthicknessonthenormalized
PaymanfragmentationparameterCu

2.3 无装药部分对破碎性的影响

  为考察无装药部分对壳体破碎性的影响,设计了如图7所示的圆柱钢壳。圆柱钢壳共分为3组:

图7 带无装药部分的圆柱钢壳结构

Fig.7 Schematicofsteelshellwith
chargevacancy

(1)壁厚t及无装药部分长度L′固定,C/M 比值

变化;(2)壁厚及C/M 比值固定,无装药部分长

度变化;(3)C/M 比值及无装药部分长度固定,壁
厚变化。壳体尺寸及装药条件见表3。

壳体装药部位及无装药部位的单位长度修正

Payman破碎参数Cu 与C/M 比值的关系如图8
所示。可以看出,无装药部分的破碎参数Cu 较小

且变化不大,而壳体装药部分的破碎参数Cu 与

C/M 比值之间依然存在线性关系,并且可用下式

表示
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Cu=4.8+91.7C/M (7)

  将(7)式与(5)式做对比发现,两者的截距及斜率几乎相等,因此可以近似认为壳体装药部分的破碎

参数与C/M 比值的关系和具有端部效应的壳体完全相同,即无装药部分的存在对装药部分的破碎性没

有任何影响。对回收的破片仔细观察发现,壳体破碎时主要沿装药与无装药的连接处断裂,不产生既包

括装药部分又包括无装药部分的破片,因此装药部分的破碎性与具有端部效应的壳体是等同的。

表3 考虑无装药部分的壳体尺寸及装药条件

Table3 Dimensionsofshellwithchargevacancyandcharge

No. D/mm d/mm L/mm L′/mm t/mm C/M

1

30.64
40.13
49.52
58.84

20.64
30.13
39.52
48.84

60
60
60
60

30
30
30
30

5
5
5
5

0.18
0.28
0.38
0.48

2

40.13
40.13
40.13
40.13

30.13
30.13
30.13
30.13

60
60
60
60

10
20
30
40

5
5
5
5

0.28
0.28
0.28
0.28

3

32.11
40.13
48.16
56.19

24.11
30.13
36.16
42.19

60
60
60
60

30
30
30
30

4
5
6
7

0.28
0.28
0.28
0.28

当装药部分的C/M 比值和无装药部分长度L′保持不变时,壳体的破碎参数Cu 随壁厚的变化关系

如图9所示。随着壳体壁厚的增加,装药部分及无装药部分的破碎性几乎保持不变,表明壳体壁厚改变

时无装药部分对装药部分的破碎性无影响。对于无装药部分长度不同的壳体,其破碎性参数变化如

图10所示,可以看出,当无装药部分长度增加时,装药部分的破碎参数几乎不变。因此可得出,无装药

部分长度不影响壳体装药部分的破碎性能。

图8 壳体破碎参数Cu 与C/M 比值的关系

Fig.8 VariationofnormalizedPaymanfragmentation

parameterCuwithC/Mratio

图9 壳体破碎参数Cu 与壁厚的关系

Fig.9 VariationofnormalizedPaymanfragmentation

parameterCuwithwallthickness

综合图8、图9和图10还可以得出,无装药部分壳体的破碎参数事实上很小。当装药部分壳体向

外膨胀时,无装药部分受影响而被“撕裂”成破片。由于两部分壳体向外膨胀的加速度相差悬殊,所以沿

两部分的连接处断裂。因此可近似认为,装药部分壳体等效于存在端部效应的壳体。无装药部分的破

碎性则主要取决于壳体材料本身性质,C/M 比值即使有影响也不会很明显,而长度和壁厚的变化虽然
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图10 壳体破碎参数Cu 与无装药部分长度的关系

Fig.10 VariationofnormalizedPaymanfragmentation

parameterCuwithlengthofchargevacancy

会影响壳体质量和破片大小,但总破碎参数C0 近

似相等,因为C0 是经过壳体质量(回收破片总质

量)修正过的参数。

3 结 论

  针对内爆炸载荷作用下金属壳体的动态碎裂

问题,通过圆柱钢壳内爆加载试验研究了不同装

药条件对破片质量分布的影响规律,得到如下主

要结论。
(1)对于不同的给定材料与炸药组合,壳体

的单位长度修正Payman破碎参数Cu 与C/M 比

值均存在线性关系,即Cu=a+bC/M,其中a、b
为与壳体材料和炸药组合有关的特征常数;

(2)无论壁厚和C/M 比值如何变化,端部效应使壳体的破碎参数Cu 降低至一个定值3a/4;
(3)无装药部分对壳体的破碎性影响很小,当无装药部分长度或壁厚发生变化时,壳体的破碎参数

Cu 近似不变,且Cu 与C/M 比值的线性关系同样成立。
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DynamicalFragmentationofSteelCylindersSubjectedto
InternalExplosiveDetonations

CHENHu1,SHENZhengxiang1,2,WANGDu1,
CHENDingyue1,YUANShuqiang2

(1.NingboSpecialEquipmentInspection&ResearchInstitute,Ningbo315048,China;

2.NingboBranchofInstituteofMetalMaterials,Ningbo315103,China)

Abstract:Explosivelydrivenfragmentationofmaterialisahighlycomplexphenomenon.Inthisstudy,

weevaluatedtheinfluenceofexplosiveontheintrinsicfragmentationcharacteristicsusinghollow
cylindricalsteelshells,andinvestigatedanewuniversalassessmentcriteriaforthefragmentationof
cylindricalshells.TheresultsshowthatthereisalinearrelationshipbetweenthenormalizedPayman
fragmentationparameterCuoftheshellandthecharge/massratioC/M,forvariouscombinationsof
shellmaterialandexplosive.ThefragmentationparameterCuofcolumnarpartdecreasesbyaconstant
valueforthepresenceofendeffect,whileotherfactorsincludingtheshellthicknessandthelengthof
chargevacancy,havelittleeffectonthefragmentationparameterCu.Thefragmentationperformance
ofshellwithnochargeisrelativelylowandisonlydeterminedbyshellmaterialproperties.
Keywords:cylinder;Paymanfragmentationparameter;charge/massratio;endeffect
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截面几何参数对帽型梁轴向冲击响应的影响
*

田 泽1,韩 阳1,尹晓文1,辛 浩1,赵隆茂1,李志强1,2,3

(1.太原理工大学应用力学与生物医学工程研究所,山西 太原 030024;

2.太原理工大学力学学院材料强度与结构冲击山西省重点实验室,山西 太原 030024;

3.力学国家级实验教学示范中心(太原理工大学),山西 太原 030024)

  摘要:帽型梁结构作为汽车前纵梁主要部件,其轴向冲击变形模式和吸能特性是汽车被动

安全设计的主要参考指标。为此,对带有倒角的帽型梁进行了初始能量为17.8kJ的落锤轴

向冲击实验和数值模拟。保持梁结构的质量不变,对不带倒角和直角弯折的两种截面梁进行

同等条件的数值模拟,在一定范围内探讨截面几何参数对帽型梁的变形模式、变形量、吸能总

量、峰值载荷、平均碰撞载荷和碰撞力效率的影响。结果表明:对于带有倒角的帽型梁,其变形

模式和变形量的计算结果与实验结果基本吻合,验证了计算模型的合理性;倒角的存在使结构

变形模式从非紧凑型向紧凑型转变,提高了缓冲效果,降低了峰值载荷;弯折角度由93°变为

90°时,对变形模式的影响较小,非直角弯折梁的吸能效果较直角弯折梁好。因此,截面几何参

数对帽型梁结构的变形模式和吸能特性有一定影响。

  关键词:帽型梁;落锤试验;有限元模拟;变形模式;能量吸收

  中图分类号:O347;TG115   文献标识码:A

  为适应全球范围内节能减排的需求,采用低厚度、高强度的钢板是目前汽车制造业实现轻量化和现

代化发展的方向之一[1-2]。汽车碰撞过程中,汽车的前纵梁作为正面冲击的主要吸能部件,一般采用帽

型截面薄壁梁结构。这种结构在轴向冲击中主要通过塑性变形吸收能量。研究帽型截面薄壁梁在受到

轴向冲击时的变形特点和吸能特性具有重要意义[3]。由于薄壁梁单元在轻质和吸能方面的优势,从

20世纪60年代起人们便开始了广泛研究[4]。Wierzbicki等[5]应用宏单元法,提出超折叠单元理论,成
为轴向冲击薄壁梁理论分析的基础;他们还根据能量守恒,研究了矩形薄壁梁受到轴向冲击时的压溃行

为,并对帽型梁受冲压时的抗压强度进行了验证。White等[6-7]利用超折叠单元理论,对材料为低碳钢

的帽型和双帽型梁在准静态轴向加载和动态轴向加载下的平均碰撞载荷进行了理论分析,其理论预测

与相关实验结果符合良好。Tarigopula等[8]对DP800双相钢方形截面和帽型截面薄壁梁进行了轴向

压溃实验,结合计算机仿真验证了超折叠单元理论。顾纪超等[9]以超折叠单元理论为基础,准确预测了

异材异厚的帽型截面薄壁梁在压溃时的平均压溃力,提出了通用帽型梁结构的轴向压溃理论,并通过数

值模拟验证了理论的正确性。随着计算机和有限元方法的发展,数值模拟成为研究薄壁构件动态响应

的另一种重要手段[10-11]。Rossi等[12]利用LS-DYNA对铝合金挤压多边形截面管受动态轴向冲击的后

屈曲变形特性进行了分析,重点研究了冲击能量耗散引起材料轴向起皱的后屈曲变形现象。陈贵江

等[13]在考虑成形、回弹及应变率等多种因素的影响下,利用有限元软件对DP800双相钢帽型梁的碰撞

过程进行了多种工况的研究。上述研究主要针对特定截面的帽型梁开展材料类型、冲击速度、焊接工艺

对其变形模式、能量吸收的影响分析,涉及截面几何参数的研究较少。
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  本研究对带有倒角的DP980双相钢帽型梁进行落锤轴向冲击实验和数值模拟,得到其压溃模式和

最大变形量。为了研究截面参数的影响,保证结构质量不变,设计具有另外两种截面参数的帽型梁,通
过数值模拟研究有无倒角以及弯折角是否为直角对变形模式和能量吸收的影响。

1 轴向冲击实验

1.1 实验样品

  试样为带有倒角的帽型梁(称Ⅰ型梁),如图1所示。该试样由上下盖板和帽型结构组成,其中帽型

结构包括帽型单元和平板单元。帽型结构长400mm;为了减轻试件的整体质量,便于观察试件受到冲

击后的内部变形模式,上下盖板中心处设有直径为40mm 的圆孔。上下盖板厚3mm,所用材料为

DC01钢;帽型单元的厚度为1.5mm,所用材料为DP980双相钢;平板单元的厚度为1.5mm,所用材料

为CR380LA钢。帽型单元与平板单元之间由点焊焊接,帽型结构和上下盖板由电弧焊焊接。Ⅰ型梁

截面形状见图2,其中弯折角度θ1 为93°,倒角半径R1 和R2 分别为4.0和8.5mm。

图1 Ⅰ型梁试件

Fig.1 Type-Ⅰbeamspecimen

图2 Ⅰ型梁截面

Fig.2 SectionofType-Ⅰbeamspecimen

1.2 实验装置与测试系统

图3 实验试样装配图

Fig.3 Specimenassemblyoftestspecimen

  轴向冲击实验在太原理工大学自行研制的

DHR940落锤冲击装置上完成。落锤的最大下落高

度为13m,落锤最大质量为270kg,锤头采用高强

度钢制作,直径为80mm。本实验中,落锤总质量

为241kg,从7.55m高自由下落冲击Ⅰ型梁,试样

受到的初始冲击速度为12.16m/s,初始冲击能量

为17.8kJ。为了使试样顶端均匀受力,在上盖板放

置一块尺寸为260mm×200mm×8mm的垫板以

传递冲击力。试样底端用压板和垫条固定,防止其

打滑。试样装配如图3所示。

  本实验采用最大量程为2000kN的应变式力

传感器记录锤头与试样之间的冲击载荷,使用高速

摄像机和DIC测试系统记录试样的变形模式和位移变化规律。

1.3 实验结果

  图4给出了Ⅰ型梁轴向冲击变形过程。整个过程分为3个阶段,即溃缩变形、回弹和二次撞击。从

图4中可以观察到:试样受到冲击时,顶部首先发生屈曲,产生第1个皱褶;接着变形迅速向下扩展,产
生第2个和第3个皱褶,直到被压溃;之后试样慢慢开始回弹,并与锤头发生分离,试样下部无明显变

形,最终残余高度为193.5mm,变形模式表现为紧凑型变形。
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图4 Ⅰ型梁轴向冲击变形过程

Fig.4 DeformationsequencesofType-Ⅰbeamunderaxialimpact

图5 Ⅰ型梁载荷-时间曲线

Fig.5 ImpactloadhistorycurveforType-Ⅰbeam

  图5给出了试样所受冲击载荷F 随时间t变化

曲线。曲线上标注的5个点分别对应图4中5个变

形状态:A 点处,锤头刚接触垫板试件即发生屈曲变

形,冲击载荷达到第1个峰值,即峰值载荷;B 点、C
点和D 点分别对应试样形成第1、第2和第3个褶

皱;E 点则对应试件变形的最终形态。

2 计算模型建立

  采用LS-DYNA对Ⅰ型梁试样的冲击实验进行

数值模拟,进一步了解结构变形,通过与测试结果进

行对比,验证计算模型的准确性。为了研究截面有

无倒角和弯折角是否为直角的影响,保持梁的截面

周长和结构质量不变,在Ⅰ型梁基础上保证弯折角度不变,去掉倒角,形成不带倒角的帽型梁(称Ⅱ型

梁),截面形状如图6所示;同样,在Ⅱ型梁基础上,将弯折角改为直角,形成直角弯折帽型梁(称Ⅲ型

梁),截面形状如图7所示。这3类梁的计算模型除截面参数不同之外,材料模型、冲击条件、接触设置

等均相同。

图6 Ⅱ型梁截面

Fig.6 SectionofType-Ⅱbeamspecimen

图7 Ⅲ型梁截面

Fig.7 SectionofType-Ⅲbeamspecimen

2.1 有限元网格划分

  基于Ⅰ型梁的轴向冲击实验系统,建立3种梁的全尺寸有限元模型,如图8所示。有限元模型包含

刚性地面、帽型梁、垫块、锤头和配重。帽型梁采用Belytschko-Tsay壳单元,垫块、锤头和配重采用实

体单元。经过多次试算,帽型单元尺寸选择4mm×4mm,弯折处进行局部细化,上下盖板单元尺寸为

6mm×6mm。
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图8 3种梁的有限元模型

Fig.8 Finiteelementmodelsfor3differenttypesofbeams

2.2 材料模型

  上下盖板和平板单元选择随动强化弹塑性模型,帽型单元选择分段线性塑性模型,锤头、配重和垫

板选择Rigid刚体模型。所有模型参数列于表1,其中E 为弹性模量,ν为泊松比,σs 为屈服强度,σb 为

抗拉强度,δ1 为延伸率。
表1 帽型梁的材料参数

Table1 Materialparametersforhat-sectionbeam

Material E/GPa ν σs/MPa σb/MPa δ1/%

DC01 210 0.3 165 303 47.8

CR380LA 210 0.3 410 524 24.8

DP980 218 0.3 660 1033 11.0

2.3 初始/边界条件以及焊接和接触设置

  下盖板与刚性地面采用固定约束,锤头和配重除轴向外约束其余自由度,初始速度为12.16m/s。
由于试件产生较大压缩变形,因此在模型中考虑重力做功的影响。帽型单元和平板单元之间的焊点用

CONSTRAINED_SPTWELD模拟。上下盖板和帽型结构的电弧焊接由TIE实现。锤头和配重采用

绑定接触,锤头-垫板、垫板-上盖板、上下盖板-帽型结构设置为面-面接触,帽型结构本身设置为自接触,
图8(a)中对有限元模型中的各部分进行了标注。取静摩擦因数和动摩擦因数分别为0.20和0.15。

3 模拟结果与讨论

3.1 有限元模型验证

图9 实验和模拟载荷-时间曲线

Fig.9 Experimentalandsimulatedload
historycurvesforType-Ⅰbeam

  图9给出了Ⅰ型试样载荷-时间曲线的实

验和有限元模拟结果。可以看出,试件受到轴

向冲击载荷时,实验和模拟获得的载荷随时间

变化趋势基本相同,两条曲线吻合较好。

  系统能量守恒是验证有限元模拟可靠性和

合理性的判断标准之一[14-15]。图10给出了

3种梁的动能、内能、沙漏能和总能量随时间变

化曲线。从图10可以看出,系统能量基本守

恒,沙漏能很小,验证了有限元模型的可靠性和

合理性。
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图10 3种梁的能量时程曲线

Fig.10 Energyhistorycurvesfor3differenttypesofbeams

3.2 变形模式对比

  图11~图13分别给出了Ⅰ型梁、Ⅱ型梁和Ⅲ型梁轴向冲击过程中的变形模式,图14显示3种梁

的位移-时间(s-t)曲线。

图11 Ⅰ型梁的变形过程

Fig.11 DeformationsequenceofType-Ⅰbeam

图12 Ⅱ型梁的变形过程

Fig.12 DeformationsequenceofType-Ⅱbeam

图13 Ⅲ型梁的变形过程

Fig.13 DeformationsequenceofType-Ⅲbeam

图14 3种梁的位移-时间曲线

Fig.14 Displacementhistorycurvesfor3differentbeams

  对比Ⅰ型梁变形的模拟结果(见图11)和实验

结果(见图4)可以发现:变形都从冲击端向下发生

紧凑型压溃变形,共形成3个褶皱,试样下部无明显

变化,而且试样残余高度的相对误差仅为2.07%,
充分验证了模拟结果的准确性。对比3种梁的变形

模式可知:它们均由冲击端发生塑性变形并形成褶

皱;由于截面形状不同,3种试样的变形量δ、载荷作

用时间tt、变形模式并不相同,如表2所示,其中n
为褶皱数。

  对比表2中Ⅰ型梁和Ⅱ型梁可以看出:Ⅰ型梁

受冲击时形成了3个褶皱,发生紧凑型变形,变形量

为208.5mm,冲击载荷持续时间为50ms;Ⅱ型梁

的第3个褶皱未完全形成,发生非紧凑变形,变形量

为184.2mm,冲击载荷持续时间为40ms。非紧凑

模式在整体上可能不太稳定,有发生Euler屈曲的

趋势,这是工程师们不希望出现的能量耗散形式。
此外,当初始速度和初始动能相同时,冲击载荷作用

时间越长,所要求的制动力越柔和,对吸能结构造成

的损伤越小。因此,当帽型梁截面存在倒角时,Ⅰ型

梁所受损伤更小,能量吸收更理想。

5-302450

 第32卷         田 泽等:截面几何参数对帽型梁轴向冲击响应的影响  第5期 



表2 3种梁的变形模式参数

Table2 Parametersofdeformationmodesfor3differenttypesofbeams

Specimen δ/mm tt/ms n Deformationmode

Type-Ⅰbeam 208.5 50 3 Compact

Type-Ⅱbeam 184.2 40 2 Non-compact

Type-Ⅲbeam 181.7 40 2 Non-compact

  对比表2中Ⅱ型梁和Ⅲ型梁可知:当弯折角度改变较小时,弯折角是否为直角对帽型梁受轴向冲击

时的变形模式无明显影响。

3.3 能量吸收对比

  衡量能量吸收优劣的主要指标有[16]:吸收能量(Ea)、峰值载荷(Fmax)、平均碰撞载荷(Fmean)和碰撞

力效率(CrushingForceEffiencicy,CFE)。

  吸收能量Ea 是结构在变形过程中吸收的能量,在数值上等于载荷-位移曲线与x轴围成的面积

Ea=∫
ΔL

0
Fds (1)

式中:ΔL为试件初始高度与残余高度的差值,也就是变形量δ。

  峰值载荷Fmax一般出现在初始阶段,结构发生弹塑性屈曲,此时为发生屈曲的临界状态。峰值载荷

对于结构失效有重要意义,它直接影响碰撞中峰值加速度的大小,在冲击过程中应尽量减小峰值载荷。

  平均碰撞载荷Fmean为单位变形长度的能量吸收,即

Fmean=Ea/ΔL (2)
平均碰撞载荷是结构吸能能力的总体反映。在吸收相同能量的条件下,平均碰撞载荷越大,变形量

越小。

  碰撞力效率(η)定义为平均碰撞载荷与峰值载荷的比值

η=Fmean/Fmax (3)
在能量吸收的大变形过程中,应减小峰值载荷,提高平均碰撞载荷,因此理想的吸能结构应具有较大的

碰撞力效率,且碰撞载荷的波动较小。

  图15和图16分别给出了3种梁的冲击载荷-位移曲线和吸收能量-位移曲线对比,由此获得3种梁

的能量吸收参数,如表3所示。

图15 3种梁的载荷-位移曲线

Fig.15 Loadvs.displacementfor3differentbeams

图16 3种梁的吸收能量-位移曲线

Fig.16 Energyvs.displacementfor3differentbeams

  对比Ⅰ型梁和Ⅱ型梁:从总的能量吸收和峰值载荷来看,Ⅰ型梁结构优于Ⅱ型梁结构;然而,Ⅱ型梁

结构的平均碰撞载荷大于Ⅰ型梁结构,主要是因为在相同的初始动能冲击下,帽型梁并未完全压溃,

Ⅱ型梁的非紧凑变形模式导致其变形量较小,增大了其平均碰撞载荷。由于Ⅰ型梁和Ⅱ型梁具有相同

的碰撞力效率,因此,综合考虑上述4个指标,带有倒角的帽型梁在能量吸收方面更具优势。
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表3 3种梁的能量吸收参数

Table3 Energyabsorptionparametersfor3differenttypesofbeams

Specimen δ/mm Ea/kJ Fmax/kN Fmean/kN η

Type-Ⅰbeam 208.5 17.777 283.66 85.26 0.30

Type-Ⅱbeam 184.2 17.616 313.79 95.63 0.30

Type-Ⅲbeam 181.7 17.550 319.59 96.59 0.30

  对比Ⅱ型梁和Ⅲ型梁,同样从4个能量吸收指标分析,结果显示:Ⅱ型梁结构优于Ⅲ型梁(直角型截

面帽型梁)结构,说明改变帽型梁弯折角度将对其结构的能量吸收产生影响,并且非直角型截面梁结构

的能量吸收更佳。

4 结 论

  (1)材料为DP980、带有倒角的帽型梁在落锤轴向冲击实验中,从冲击端向下发生紧凑型压溃变

形,共形成3个褶皱,梁的下部无明显变化。

  (2)帽型截面梁中倒角的存在使结构变形模式从非紧凑型向紧凑型转变,并且增加结构的总吸收

能量,降低峰值载荷和结构受损程度。

  (3)就本研究所讨论的弯折角度而言,当弯折角度改变较小时,其对结构变形模式的影响不大;但
是帽型截面梁中直角的存在使结构的总吸收能量减少,峰值载荷提高,结构更易受损。

  (4)本研究具有一定的局限性,例如,在分析弯折角度对帽型梁轴向冲击响应的影响时,仅考虑了

直角和非直角的区别,并未深入探讨弯折角度变化的具体影响。在后续工作中,将对角度变化对帽型梁

轴向冲击响应的影响做进一步研究。
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EffectofSectionalGeometricParametersonAxial
ImpactResponseofHat-SectionBeam
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TaiyuanUniversityofTechnology,Taiyuan030024,China;

3.NationalDemonstrationCenterforExperimentalMechanicsEducation
(TaiyuanUniversityofTechnology),Taiyuan030024,China)

Abstract:Asthemajorpartofthevehiclefrontsidemember,thehat-sectionbeamstructure’sdeform-
ationmodeandenergyabsorptioncharacteristicsundertheaxialimpactisthemainreferenceindexin
thedesignofautomobilepassivesafety.Inthisstudy,wecarriedoutadrophammeraxialimpacttest
andnumericalsimulationwithinitialenergyof17.8kJforthehat-sectionbeamwithchamfering.In
addition,keepingthetotalmassconstant,wesimulatedtwootherbeamswithdifferentsectionsofno
chamferingandright-anglebendinthesameconditions,aimingtoinvestigatetheinfluencesofsection
geometricparametersonthesecharacterizationsasdeformationmodes,amountofdeformation,energy
absorption,peakload,theaveragecrushingloadandcrushingforceefficiencywithinacertainscope.
Thecalculationresultsofthedeformationmodesandamountofdeformationofthehat-sectionbeam
withchamferingareconsistentwiththeexperimentalones,verifyingtherationalityofthecomputation
model.Duetotheexistenceofchamferinginthestructure,thepatternofstructuraldeformationwas
transformedfromanon-compactmodetoacompactmode,thebufferingeffectwasincreased,whereas
themaximumcrushingloadwasreduced.Whenthebendinganglechangedfrom93°to90°,itonlyhas
minorinfluenceonthedeformationmode,andtheenergyabsorptionofthebeamwithnon-right-angle
bendingisbetterthanthatofthebeamwithright-anglebending.Therefore,thegeometricparameters
ofthecrosssectionhavesomeinfluenceonthedeformationmodeandenergyabsorptioncharacteristics
ofthehat-sectionbeamstructure.
Keywords:hat-sectionbeam;drophammertest;finiteelementsimulation;deformationmode;energy
absorption
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在顶爆作用下含裂隙锚固洞室的
损伤演化及动态响应规律

*

王光勇1,裴晨浩1,林加剑2

(1.河南理工大学土木工程学院,河南 焦作 454000;

2.安徽大学电气工程与自动化学院,安徽 合肥 230601)

  摘要:基于相似模型试验,利用数值分析方法研究了含裂隙锚固洞室在顶爆下的损伤演化

和动态响应规律,并探讨了裂隙倾角和长度对锚固洞室损伤分布和拱顶位移的影响。随着爆

炸应力波的传播,在裂隙表面形成张拉损伤,并在裂隙尖端扩展出翼生裂纹,随后在锚固洞室

附近的拱顶自由面、锚固区边界处以及底板中间依次形成较大拉伸损伤区域。随着裂隙倾角

从0°加大到90°,拱顶锚固区及锚固区边界最大损伤区域面积先减小后增加,裂隙倾角为45°
时面积最小。当裂隙的长度相同时,拱顶峰值位移随裂隙倾角的增大先增加后减小;当裂隙的

倾角相同时,裂隙长度越长对应力波的阻碍作用越明显,裂隙长度为30cm、倾角为45°时洞室

破坏最小。

  关键词:地下工程;爆炸荷载;锚固洞室;张开裂隙;损伤演化;数值分析

  中图分类号:TU457   文献标识码:A

  地下洞室在开挖时不可避免地穿过断层、节理等缺陷岩体[1]。这些裂隙对地下结构在爆炸荷载下的

稳定性有着重大影响,尤其是当存在张开型贯穿裂隙,如断层节理、开挖裂纹时,爆炸应力波的传播和洞室

的动态响应会存在很大的不同。因此研究含裂隙锚固洞室在动载作用下的动态响应是非常有意义的。
目前关于地下锚固洞室的动态响应的研究已成为一个热点问题,国内外学者对不含裂隙的地下锚固

洞室的动态响应进行大量的研究[2-9],并取得了一定成果。对于含裂隙的地下锚固洞室的动态响应学者们

也进行了一定的探索。在理论研究方面:王卫华等[10]通过建立解析模型分析了不同应力波在张开节理处

的能量衰减规律;基于波阵面动量守恒和节理位移不连续理论,柴少波等[11]分析了柱面波在节理岩体中

的传播规律。在试验方面:郭东明等[12-13]利用动焦散试验研究了爆炸荷载下含缺陷巷道的裂纹扩展情

况,刘红岩等[14]利用SHPB研究了节理特征对岩体动态破坏模式和强度的影响规律,Yang等[15]分析

了不同节理的裂纹扩展路径、应力强度因子变化规律以及翼裂机理。在数值模拟方面:李超等[16]利用

RFPA2D对动载下节理岩体的动态破坏过程进行了模拟,表明断续节理破坏过程与节理构造形态和应

力波峰值密切相关;杨仁树等[17]利用ABAQUS研究了应力波经过节理时岩体的应力状态;张秀丽等[18]利

用DDA程序研究表明节理面能阻碍波的传播,有利于波的衰减,结果表明,节理面越多,波的反射越强,而
波的透射越弱;Deng等[19]利用数值分析软件分析了在爆破动载作用下含节理圆形巷道的破坏程度及形

式。虽然学者对含裂隙的地下锚固洞室的动态响应研究取得一定的成绩,但大多数文献都是对单独的

裂隙分析其在动荷载下的力学响应,并没有讨论裂纹参数的影响以及损伤演化过程。本研究基于顶爆

作用下锚固洞室相似模型试验,采用数值分析方法,从损伤角度研究含裂隙的地下锚固洞室在动载作用

下的损伤演化过程,并探讨裂隙倾角和长度对洞室破坏模式和动态响应的影响。
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1 数值模拟

1.1 模型参数

  本数值模型基于室内抗爆试验[20]建立,为了方便计算,将其简化为平面应变问题,计算模型如图1
所示。模型宽×高=240cm×230cm,洞室为直墙圆拱形,跨度60cm,高40cm,圆拱半径35cm;锚杆

间距4cm,长度为24cm。爆炸源中心距洞顶为83cm,左右边界及模型下部用无限元来模拟半无限

体。裂隙为张开型裂隙,设置为狭长的椭圆形,短轴为0.5mm,对应于实际洞室中间距为5mm的张

开型裂隙。裂隙设置在拱顶39cm处锚固区外,设置不同的倾角α和长度L。倾角α取0°、30°、45°、60°
和90°,长度L设置为洞室跨度的1/2、2/5、1/3、1/4和1/5,分别为30、24、20、15和12cm。图1中P1、
P2是拱顶动载监测点,U1为拱顶振动位移监测点,U2、U3为两拱脚振动位移监测点。爆炸压力的加

载是由试验测得距装药中心半径10cm的爆腔压力,压力时程曲线如图2所示。

图1 模型简图(单位:cm)

Fig.1 Modeldiagram(unit:cm)
图2 爆炸压力时程曲线

Fig.2 Blastpressuretimehistoycurve

1.2 本构模型及网格划分

  岩石的本构模型采用混凝土塑性损伤模型(CDP),该模型能够较好地反映岩石等准脆性材料在爆

炸荷载下的损伤状态。岩石的参数设置见表1。岩石强度和应变率的关系[21]为

σd=0.4σcdε
·1/3 (1)

式中:σd 为动态强度,σcd为静态强度,ε· 为应变率。
锚杆在相似试验中采用铝棒模拟,直径为1.84mm,密度为3000kg/m3,弹性模量为76GPa,泊松

比为0.34,用理想弹塑性模型,屈服强度为0.282GPa。为了使裂隙更符合实际情况,在裂隙面的切线

方向设置0.2的摩擦系数。网格的尺寸对岩石动力学的计算影响很大,根据研究成果[22],当一个载荷

波长内的网格数达到16个时,计算得到的各物理量的峰值和波形基本趋于稳定。弹性纵波在无限介质

中的传播速度为

Cp= E(1-μ)
ρ(1+μ)(1-2μ)

(2)

式中:E 为材料的弹性模量,μ 为泊松比,ρ为材料密度。由模型材料的物理参数得到纵波波速Cp=
1096m/s,加载波的周期T 约为0.2ms,所以波长为λ=CpT=0.22m,网格尺寸应小于13mm,选取

网格尺寸为10mm。
表1 CDP模型参数

Table1 ParametersofCDPmodel

Density/(kg·m-3) E/GPa μ Dilationangle/(°)Eccentricity σb0/σc0 K Viscosityparamenter
1800 2.03 0.16 25 0.1 1.16 0.66667 0

2-301460

        高  压  物  理  学  报             第32卷  第6期 



2 模拟结果分析

2.1 计算模型准确性验证

图3 模拟、实测压应力时程曲线对比

Fig.3 Comparisonofsimulatedtime-historycurve
ofpressurewiththeexperimentaldata

  为了检验模拟效果的好坏,选取与模型试验相

同位置两个测点P1和P2的压力时程曲线进行对

比,如图3所示。从图3可以看出:模拟曲线和试验

曲线的形态和趋势比较相似,数值分析峰值压力比

模型试验稍大,但是作用时间较短,这主要是数值分

析中材料比较理想化造成的,总体来说模拟结果与

试验结果相一致。图4是紧密锚杆加固洞室的最终

损伤模拟与试验结果的对比图。由图4可以知道:
数值分析中整个洞室附近破坏最严重的部位主要分

布在洞室拱顶自由面附近、锚固区与非锚固区交界

处;相似试验中,在拱顶中间锚杆底部出现小块岩石

损坏,锚固区与非锚固区交界处形成裂纹,这些都与

模拟结果相符合,数值结果正好与试验结果一致。
综上所述,通过对比数值分析和模型试验中的压应

力时程曲线和损伤破坏图,得到的模拟结果还是比

较可靠的。

图4 模拟结果与试验损伤对比图

Fig.4 Comparisonofsimulateddamagewithexperimentalresults

2.2 在顶爆作用下含裂隙锚固洞室损伤演化过程

  在爆炸荷载作用下,裂隙及洞室附近受压损伤较小,对洞室稳定性影响很小,故在分析中主要考虑

拉伸损伤区域。为了使模型更好地收敛,最大拉伸损伤为0.9843,此时岩石的拉伸弹模已非常小,所以

可以把损伤为0.98以上当作为最大拉伸破坏区,此区域会形成裂纹。
由于模拟组数较多,取裂隙倾角α为0°、长度为30cm(L/D=1/2)为例阐述应力波的传播过程及

损伤演化过程,如图5和图6所示。集中装药条件下,爆炸产生了向外扩散的球面波,在爆炸近区,岩石

发生剧烈破坏,爆源附近形成粉碎区,应力波能量大幅度衰减,到达裂隙面时应力强度已衰减了93.7%。
加载后0.36ms,波头首先传到节理上表面中部,此时应力还较小,节理尚未闭合(见图5(a)),节理面产

生反射拉伸波,形成轻微的拉伸损伤,裂隙尖端由于应力集中也开始出现损伤。大约0.54ms时节理面

完全闭合(见图5(c)),裂隙下表面产生了透射波,与裂隙两端的衍射波汇合继续向下传播。应力波传

播0.78ms时,由于节理面反射波在节理上方约15cm处形成较大的拉伸损伤,发生“层裂”现象,并且
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裂尖处的损伤继续向下扩展。随着应力波断续传播,在拱顶中部锚杆两侧形成较大的损伤区域。当反

射波传出锚固区后,由于非锚固岩体抗拉强度相对于锚固区岩体抗拉强度有所减弱,在锚固区边界形成

最大拉伸损伤区域。随着应力波作用时间推移,在拱脚和侧墙锚固区外面形成了较小的拉伸损伤区域,
当应力波向下绕射过洞室后,在底板处形成了2条较长的损伤区域和一些较短的裂纹。

图5 应力波传播图

Fig.5 Illustrationofstresswavepropagation

图6 损伤演化图

Fig.6 Illustrationofdamageevolution
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2.3 在顶爆作用下裂隙倾角对洞室损伤分布影响

  在实际工程中,由于地质构造的作用,裂隙可能呈不同的倾角,对洞室的损伤分布产生较大影响。
图7为裂隙长度为30cm(L/D=1/2)、不同倾角的洞室损伤分布情况。无裂隙的洞室最大损伤区域主

要为拱顶中间自由面附近小块区域、锚固区边界区域、拱脚和底板下方的条形区域。裂隙倾角α为0°
时,裂隙上表面形成三角形的拉伸损伤区域,并在距上表面约15cm处形成与裂隙平行的损伤较大的区

域。锚固区内的最大损伤集中在中间锚杆两侧的7根锚杆区域,与锚固区边界损伤贯通。锚固区边界

的最大损伤区域以中间对称分布,从中间向两边最大损伤区域厚度逐渐减小。相对于无裂隙锚固洞室,
锚固区的最大损伤区域有所增加,而锚固区边界最大损伤区域有一定的减小。拱脚处上方出现了两条

向两侧延伸的损伤区域,底板的损伤因应力波能量的减小而减小。随着裂隙倾角增加,裂隙上尖端扩展

的翼生裂纹逐渐变长,裂隙上表面的损伤集中于裂隙下半部,远端的损伤较大区域与裂隙平行,呈一定

倾角且面积有所减小,锚固区的损伤变得分散,呈倾斜的层状,面积有所减小。随着裂隙倾角增加,锚固

区边界的最大拉伸损伤区域先变薄后变厚,倾角α为45°时拱顶锚固区边界的最大拉伸损伤面积最小,
拱脚和底板的损伤因裂隙改变了球面波的传播方向出现了不对称性,右侧的损伤明显小于左侧。当倾

角α为90°时,洞室的损伤分布基本与无裂隙洞室相同,裂隙左右两侧的最大损伤区域与锚固区边界最

大损伤区域相贯通,使锚固区上方损伤面积变大。

图7 不同裂隙倾角洞室损伤图

Fig.7 Damagemapofdifferentfractureanglecaverns

2.4 在顶爆作用下裂隙倾角对洞室位移影响

  拱顶位移可以直接反映洞室的破坏程度,图8为裂隙长度30cm(L/D=1/2)时拱顶位移时程曲

线。裂隙的存在使拱顶峰值位移相对无裂隙锚固洞室位移有所减小,这是因为裂隙使拱顶的应力波反

射了一部分,减弱了应力波的能量,从而减小了位移。随裂隙倾角增大,峰值位移先减小后增大。裂隙

倾角为45°时,拱顶峰值位移最小,为无裂隙时的65.9%;裂隙倾角为90°时,裂隙对应力波传播影响最

小,拱顶峰值位移值为最大。这是因为虽然倾角为0°时相对反射面积最大,但由于裂隙很快闭合,透射

系数会较大,向下传播的应力波强度没有减弱太多。随着倾角的增大到45°时,相对反射面积有所减

小,但裂隙面上质点闭合位移增大,透射系数减小,能量传递系数反而减小,所以位移也就有所减小。当

倾角超过到45°时,相对反射面积减小到一定程度时,裂隙对波的阻碍作用就显得很小,位移又继续增大。
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为了得到不同长度裂隙倾角的拱顶峰值位移变化规律,统计了不同倾角及不同长度裂隙的拱顶峰

值位移情况,如图9所示。裂隙长度较小(12cm)时,倾角的改变对拱顶峰值位移变化影响较小,峰值位

移最小值出现在倾角为30°时。随着裂隙长度加长,倾角对峰值位移的影响越剧烈,最小峰值位移均出

现在倾角为45°时。可以看出,除了倾角为0°时,裂隙长度越长,拱顶峰值位移越小。

图8 拱顶位移时程曲线图

Fig.8 Vaultdisplacementtime
historycurves

图9 不同长度裂隙洞室拱顶峰值位移

Fig.9 Peakvaultdisplacementsofcaverns
withdifferentfracturelengths

  拱脚也是洞室容易出现破坏的部位,由于拱脚在水平和竖直方向都有位移,图10为裂隙长度为

30cm时两拱脚的合位移时程曲线。裂隙倾角为0°和90°时,因为受力情况对称,左右两拱脚的位移曲

线几乎相同,位移峰值较大,达到了0.35mm。裂隙为其他倾角时,由于右表面为反射面,所以传到右

侧拱脚的应力波强度较小,位移也就比左侧小。倾角为60°时,两位移曲线相差最大,左侧拱脚比右侧

大0.05mm;倾角为45°时,两拱脚平均峰值位移最小,为0.28cm。

图10 拱脚位移时程曲线

Fig.10 Archfootdisplacement-timehistorycurves
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3 结 论

  (1)随着爆炸应力波的传播,首先在裂隙上表面形成拉伸损伤区域,裂隙两尖端扩展出翼生裂纹;
随后在锚固洞室的拱顶与裂隙之间形成两个最大拉伸损伤区域,并在底板出现了较短的裂纹。

(2)随着裂隙倾角增加,裂隙上尖端扩展的翼生裂纹逐渐变长,裂隙上表面的最大拉伸损伤集中于

裂隙下半部。由裂隙反射产生的最大拉伸损伤区域与裂隙平行,面积有所减小。锚固区的最大拉伸损

伤区域变得分散,呈倾斜的层状,面积有所减小。
(3)相对于无裂隙锚固洞室,倾角为0°的裂隙使锚固区的最大损伤区域加大,而锚固区边界最大损

伤区域有一定的减小;倾角为90°的裂隙使锚固区边界的最大损伤区域加大。随着裂隙倾角增加,拱顶

锚固区及锚固区边界最大损伤区域面积先减小后增加,裂隙倾角为45°时面积最小。
(4)当裂隙长度相同,拱顶峰值位移随裂隙倾角的增大先增加后减小,除了裂隙长度较小(12cm)

时,均以倾角为45°时的拱顶峰值位移最小。当裂隙的倾角相同时,裂隙长度越长,对应力波的阻碍作

用越明显。裂隙长度为30cm,倾角为45°时洞室破坏最小。
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DamageEvolutionandDynamicResponseofAnchorageCaverns
withaCrackunderTopExplosion

WANGGuangyong1,PEIChenhao1,LINJiajian2

(1.SchoolofCivilEngineering,HenanPolytechnicUniversity,Jiaozuo454000,China;

2.CollegeofElectricalEngineeringandAutomation,

AnhuiUniversity,Hefei230601,China)

Abstract:Basedonthesimilarmodeltest,thedamageevolutionanddynamicresponselawofanchored
cavernswithacrackundertopexplosionwasstudiedbynumericalanalysis,andtheinfluenceofcrack
angleandlengthonthedamagedistributionandcrowndisplacementoftheanchorcavernswas
discussed.Withthepropagationoftheexplosionstresswaves,tensiledamageisformedonthesurface
ofthefracture,andawingedcrackextendsatthetipofthefracture.Subsequently,alargetensile
damagezonewasformedsuccessivelyatthevaultfreesurfaceneartheanchoringcavern,attheboundaryof
theanchoringzone,andinthemiddleofthefloor.Asthecrackangleincreasesfrom0°to90°,thearea
ofthelargestdamagezoneattheboundaryoftheanchoragezoneandtheanchoragezonefirst
decreasesandthenincreases,andtheareaatthecrackinclinationangleof45°isthesmallest.Whenthe
crackshavethesamelength,thepeakdisplacementofthecrownincreasesfirstandthendecreases
withtheincreaseofthecrackdipangle.Whenthefractureangleisthesame,thelongerthecrack
lengthis,themoreobvioustheobstructionofthestresswaveis,andthedamageofthecavernwiththe
facture30cminlengthand45°ininclinationangleundertopexplosionisminimal.
Keywords:undergroundengineering;blastloads;anchoragecaverns;openingcrack;damageevolution;

numericalanalysis
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舱室模型内爆炸载荷下预制孔板的变形规律
*

赵鹏铎1,王 庆1,2,张 磊1,张 鹏1,2,黄 松1,2,徐豫新3

(1.海军研究院,北京 100161;

2.中北大学机电工程学院,山西 太原 030051;

3.北京理工大学爆炸科学与技术国家重点实验室,北京 100081)

  摘要:为研究舱室模型内爆炸载荷下预制孔板的动态响应,实验验证舱室模型内偏置孔

板和均匀孔板的变形规律,并与无孔板的变形规律对比,同时建立了一种模拟舱室的仿真模

型,进行内爆炸载荷下的数值计算,分析典型测点内爆炸冲击波的分布,研究预制孔板的挠度

变形规律。结果表明:预制孔板的局部强度减弱对挠度变形的增益大于泄爆效应的影响,内爆

冲击波在舱室模型内部存在反射和汇聚现象,并在毫秒量级后期存在准静态特性,模拟结果与

实验结果一致,同时预制孔板不同区域减薄率存在差异。研究结果可以为舱内爆炸冲击波-破
片耦合损伤作用的机理分析提供依据。

  关键词:舱室模型;预制孔板;内爆冲击波;挠度增益;减薄率

  中图分类号:O521.9;O383.3   文献标识码:A

  半穿甲反舰导弹是现有大型舰船的主要威胁武器之一,能够穿透舷侧在舱室内部爆炸,导弹战斗部

作战效能更高。舱室内爆炸冲击波与空中爆炸冲击波的传播分布显著不同,舱室内爆炸时板架结构的

动态响应问题更加复杂。除舱室内爆外,涉及内爆冲击波研究的还有管道内爆[1]、建筑内爆[2]、坑道内

爆[3]等。侯海量等[4]采用缩比舱室模型研究舱内爆炸冲击载荷特性;孔祥韶[5]为验证 Autodyn的

Euler-FCT求解器数值仿真精度,对舱壁有开孔的舱室模型进行了舱内爆炸实验。

  Aune等[6]用激波管代替爆炸载荷加载预制孔板,在考虑边界条件下研究孔板的变形和失效;

Rakvåg等[7]用可控压力装置,对不同形状的预开孔板进行压力载荷实验,并与数值仿真结合,研究冲击

波和破片的耦合作用;蒋建伟等[8]在空爆条件下对预制孔靶板的塑性变形规律开展研究,给出靶板中点

挠度预测公式。本研究以参考破片尺寸设计的预制孔板为研究对象,采用Autodyn有限元软件进行内

爆数值模拟,并结合舱室模型内爆实验研究预制孔板在冲击波作用下的变形规律。

1 实 验

1.1 实验预制孔板设计

  设计实验预制孔板的主要依据为典型反舰导弹战斗部自然破片的飞散规律和预制板的受载面积,
即在无孔原始板上打孔,得到预制孔板。以典型100kg反舰导弹战斗部为例,战斗部壳体爆炸后形成

自然破片,根据 Mott分布计算自然破片总数和所有破片的平均质量,选取平均质量相当的破片为研究

对象。由于破片形状有极大的随机性,根据现有破片形状规律,假设战斗部壳体材料为高强度钢,得到

破片的展现面积,从而得出预制孔面积。通过上述方法得到预制孔的形状、数目、分布和大小(孔面积)。
拟定实验药量和舱室模型内装药与预制孔板的爆距,根据比例定律,得出100kg战斗部和实验装
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药峰值超压相同时的等效爆距;选择战斗部自然破片合理的飞散角,得到破片整体作用面积和破片单位

面积的分布密度,分布密度单位为个每平方米,再确定实验无孔原始板面积,进而得到预制孔数量。考

虑实验情况和工程加工的可操作性,选定预制孔的形状和分布,此时在无孔原始板上的打孔方式已明

确,最后得到预制孔板。预制孔板设计流程如图1所示。

图1 预制孔板设计流程

Fig.1 Designflowofpre-formedholesplate

  实验用药为135gTNT,爆距为500mm,预制孔板尺寸为680mm×680mm,预制孔板实际受载面

积为500mm×500mm,预制孔形状为圆形,预制孔数量为9个,预制孔分布种类有偏置分布和均匀分

布两种,预制孔直径为24mm。同时预制孔位置避开了目标板的几何中点,当目标板只发生挠曲而没

有破口时,这种布置能够方便测量目标板的最大变形挠度。

1.2 实验目标板变形机制分析

  实验舱室模型为两端开口型箱体结构,长1m,开口面积为0.5m×0.5m,实际受载体积为1m×
0.5m×0.5m。舱室开口处焊有外接法兰板,预制螺栓孔连接目标板,目标板固定在夹板和法兰板中

间,夹板内部尺寸保证目标板受载面积和变形区域为0.5m×0.5m,周向4个壁面采用10mm厚的高

强度钢板和加强肋板组合的形式,保证小当量装药内爆时,舱室模型整体不变形。目标板厚度为

1.8mm,每组实验左、右两个目标板均一致,实验装药中心放置,从而保证装药到两个目标板的距离相

同。第1组实验为左、右两个无孔板,编号为1-1和1-2;第2组实验为偏置孔板,编号为2-1和2-2;第3
组实验为均匀孔板,编号为3-1和3-2。实验模型实际作用区域示意图和夹板安装位置分别如图2(a)和
图2(b)所示。典型无孔板和预制孔板变形效果如图3所示,目标板侧视图如图4所示。

图2 实验模型

Fig.2 Experimentalsetup

  由图3和图4可知,无孔板和预制孔板未出现结构性破坏,变形表现为夹板与目标板结合处出现塑

性铰线,塑性铰线处钢板沿夹板出现横向滑移,横向滑移是以塑性铰线为边界的,目标板和夹板相互作
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图3 目标板变形效果

Fig.3 Deformationoftargetplates

图4 目标板侧视图

Fig.4 Sideviewoftargetplates

用而产生的一个区域,为突出效果,图3中指示处塑

性铰线以线表示,横向滑移以圈表示。目标板有剪

切撕裂趋势,钢板受载区域减薄,目标板呈“四坡顶”
式[11]变形,最大挠度均出现在平面几何中心处。不

难发现目标板横截面均呈平滑式变形,没有出现不

规则凹陷或凸起,部分预制孔从最初的圆形被拉伸

成椭圆形。另外实验存在边界效应,即螺栓孔被受

载区域“牵扯”沿径向变形严重,螺栓孔周围出现由

于爆炸物作用而产生的锈蚀现象,边界效应在一定

程度上影响了受载区域的变形,导致变形偏大。
统计3组实验共6个目标板的挠度变形数据,

实验中心最大变形挠度如表1所示。表中挠度为每

组实验两端目标板的最大挠度,3组实验挠度值的

获取采用相同的修正方法,考虑因螺栓孔处异常变

形、夹板连续使用强度降低等因素引起的偏差,进而

获得修正值。

  表1中:无孔板变形挠度最小,偏置孔板变形挠

度略大,均匀孔板变形挠度最大。无孔板承受爆炸

载荷时无泄爆效应,预制孔板则存在泄爆效应。无

孔板整体强度均匀;由于孔的存在,预制孔板局部强度会被削弱。泄爆效应会使挠度变形减小,而局部

强度弱化会促使挠度变形增大,泄爆和局部强度弱化两种效应同时存在。由实验挠度数据可知,泄爆和

局部强度弱化两种效应叠加,局部强度弱化的预制孔板挠度更大,即局部强度弱化对挠度增益更大。
表1 实验最大变形挠度

Table1 Experimentalmaximumdeformationdeflection

Targetplate
Maximumdeformationdeflection/mm

Measuredvalue Deviation Correctionvalue

1-1 85.6 -2.1 83.5

1-2 86.5 -2.1 84.4

2-1 88.8 -2.1 86.7

2-2 92.2 -4.5 87.7

3-1 101.5 -10.3 91.2

3-2 109.8 -15.8 94.0
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1.3 实验目标板减薄率分析

  如图5所示,通过重庆LEEB里博公司的超声波测厚仪,测量3组实验目标板的减薄率:分别选定

目标板顶点(挠度最大点)、中间区域典型点和边缘区域典型点进行测量,无孔板区域划分与均匀孔板相

同。各区域点实测平均值如表2所示。

图5 减薄率测试区域划分

Fig.5 Areadivisionofthinningratetests

表2 减薄率统计

Table2 Thinningratestatistics

Targetplate
Targetplateactual
thickness/mm

Midpoint
thickness/mm

TheaverageofMid
area/mm

Theaverageofedge
area/mm

1-1 1.76 1.37 1.56 1.62

1-2 1.83 1.37 1.68 1.75

3-1 1.84 1.50 1.56 1.68

3-2 1.77 1.31 1.56 1.68

Target

plate

Targetplate
actualthickness/

mm

Midpoint
thickness/

mm

Theaverageof
Midarea
1/mm

Theaverageof
Midarea
2/mm

Theaverageof
edgearea
1/mm

Theaverageof
edgearea
2/mm

2-1 1.82 1.43 1.56 1.56 1.72 1.56

2-2 1.81 1.56 1.62 1.56 1.81 1.62

图6 各区域减薄率

Fig.6 Thinningrateindifferentareas

  各区域(点)平均减薄率如图6所示,即将编号

2-1和2-2的偏置孔板中间区域和边缘区域点的减

薄率求和取平均值。需要注意的是,实际测量时应

尽量避开孔边缘区域,主要选取距孔较远的成片区

域,以便获得较普遍的规律,同时也方便操作仪器。
由图6可知:基于本实验模型,舱内爆炸下的固支目

标板在爆炸载荷下,顶点即几何中心点的减薄率最

大,中间区域减薄率次之,边缘区域减薄率最低;中
间区域减薄率区别较大,预制孔板减薄率大于无孔

板,边缘区域无孔板减薄率也略低。

  中间区域的减薄率比较典型,以中间区域为例,
由于预制孔板板面存在局部缺陷,冲击波作用下容

易形成应力集中,应力沿孔边缘分布,孔径被拉大,
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圆形孔变为椭圆孔,距离孔较远的区域板厚度并没有大幅度减薄;相反无孔板上应力分布较均匀,冲击

波作用下没有明显的应力集中。基于这一规律,可以推测:当破片载荷集中且应力集中区连在一起时,
板会出现破口或发生结构性损坏。

2 舱室模型和材料模型

2.1 数值计算模型

  采用AUTODYN软件进行数值模拟计算,有限元模型由空气域、目标板和炸药组成。通过软件自

带的边界特性模拟舱室结构,炸药采用柱形装药,放置于舱室模型中心,数值耦合方式为流固全耦合。
由于模型具有对称性,因此采用1/2模型,目标板与空气域接触区域即为实际受载区域,考虑目标板会

出现变形,空气域在与目标板接触的另外一侧延伸出100mm,因此计算模型尺寸为600mm×500mm
×500mm,如图7所示。目标板右侧的空气域设置“Flow-out”流出边界;目标板空气域外的部分设置

固定边界;目标板内侧空气域边界设置为绝热刚性边界,即Euler默认的边界条件,刚性强,无流动,速
度等于零,以模拟舱室模型主体结构。预制孔板计算模型如图8所示。

图7 计算模型

Fig.7 Numericalmodel

图8 预制孔板计算模型

Fig.8 Numericalmodelofpreformedholesplate

  考虑计算速度和精度,最终选定空气网格大小为8mm,共2.7×105 个网格,同时引入无孔板和两

种预制孔板(偏置孔板和均匀孔板)做对比,3种目标板采用Shell单元,由外接CAE软件 Hypermesh
导入。板厚度为1.8mm,四边形网格的长、宽分别为6mm。其中无孔板单元为12769个,偏置孔板单

元为12851个,均匀板单元为12770个。

2.2 材料参数

  空气采用理想气体状态方程,状态方程表述如下

p=(γ-1)ρe (1)
式中:γ为空气的比热,ρ为空气密度,e为空气内能;该模型中取γ=1.4,ρ=1.225×10-3g/cm3,e=
0.2068J。

  装药使用TNT,用JWL状态方程描述。JWL状态方程本质是一个经验公式,其数据来源于一系

列的物理实验,能很好地反映产物的体积、压力和能量特性,适用于大多数的高能炸药。爆轰产物的气

体压强公式由下式给出

p=A1 1- ω
R1

æ

è
ç

ö

ø
÷

v e-r1v+B1 1- ωη
R2

æ

è
ç

ö

ø
÷

v e-r2v+ωE0

v
(1)

式中:A1、B1、R1、R2、ω均为实验拟合参数;E0 为炸药初始比内能;v=ρ0/ρ,ρ0 为炸药初始密度,ρ为爆

轰后某一时刻的密度。

  预制孔板材料为Q235钢,计算模型中采用Linear状态方程和Cowper-Symonds强度模型来描述,
在AUTODYN中对应参数如表3和表4所示。
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表3 Q235钢参数

Table3 ParametersofQ235steel

ρ/(kg·m-3) EOS
Bulkmodulus/

GPa
Ref.temperature/K

Specificheat/

(J·kg-1·K-1)

7830 Linear 175 293 477

表4 Cowper-Symonds强度模型部分参数

Table4 SomeparametersofCowper-Symondsstrengthmodel

Shearmodulus/GPa Yieldstress/MPa n D/s-1 q

80 235 0 40 5

3 仿真结果分析

3.1 舱室模型内爆冲击波分析

  舱室模型内爆炸冲击波压力云图如图9所示。分析舱室模型内爆全过程可以看到:炸药点起爆后,
柱形装药爆炸冲击波逐渐变为球形,冲击波开始在舱室模型内部传播,首先冲击波迅速传播到刚性边界

处,即近壁面的4个舱壁上,如图9(a)所示;然后冲击波在近壁面的4个舱壁上形成反射,并在壁面角

隅连接处形成汇聚波,两壁面角隅处汇聚波强度大于沿平面传播的反射冲击波,在0.25ms时,第1次

反射冲击波开始到达目标板,如图9(b)所示;在约0.30ms时,第1次反射冲击波遇到目标板,然后再

次发生反射,如图9(c)所示;在冲击波的作用下,进行了能量传递和转化,目标板开始发生变形;随着时

间的推移,冲击波在舱室模型内部不断反射和汇聚,来回“振荡”,在毫秒量级的后期,舱内压力逐渐趋于

稳定,即演化成准静态压力(Quasistaticpressure),如图9(d)所示。

图9 内爆冲击波传播云图

Fig.9 Contourofinternalblastshockwavepropagation

3.2 典型测点内爆载荷分析

  计算模型选取的测点如图7所示。为研究舱室模型内爆冲击波的分布和传播,3个测点分别选取

在舱内爆炸典型测点处[10]:测点1设置在靠近两壁面连接处,测点2设置在顶面平面处,测点3设置在

三壁面处。各测点冲击波压力时程曲线如图10所示。

  由图10可知,舱室模型内部爆炸冲击波存在多次反射现象,后期冲击波呈现准静态特性。测点1
和测点2首次反射波峰接近,与空中爆炸类似,近爆载荷下,首次反射波峰和爆距有关。测点2位于舱

室模型顶面平面处,在1.1ms处仍然出现了一个明显的反射波峰,说明在小舱室模型中,各特征区域均

会发生反射。测点3反射波峰首次出现时间略微滞后于测点1和测点2,根据空爆冲击波和反射冲击

波传播速度规律,反射冲击波波阵面传播速度在近爆点位置受爆距影响较大,首次波峰明显低于测点1
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和测点2,另外测点3位于三壁面角隅处,后续出现多次反射汇聚波峰,但峰值均没有超过首次波峰。

3个测点在1ms内、2ms内和6ms内的总比冲量如表5所示。

图10 仿真测点上的冲击波压力时程曲线

Fig.10 Shockwaveoverpressure-timehistorycurvesatsimulatedgaugepoints

表5 测点冲量对比

Table5 Impulsecomparisonbetweengaugepoints

Gauge
Totalimpulse/(Pa·s)

in1ms in2ms in6ms

1 996.10 1787.58 5143.99

2 921.76 1707.36 5052.09

3 742.53 1500.95 4719.41

  由表5可知:同一测点处冲量随时间不断升高,在舱内爆炸冲击波载荷下3个测点所受冲量和爆距

有一定关系,测点1和测点2处冲量差异不大,测点3处总冲量略小,冲量大小差异主要在初始阶段产

生,后期变化趋于平稳。

3.3 不同目标板在爆炸载荷下的变形机制分析

  计算模型中无孔板和两种预制孔板变形情况和最大挠度统计如图11所示,从上至下分别为无孔

板、偏置孔板和均匀孔板。3种目标板变形机制均为受载区域平滑式变形,固定边界和受载区域连接处

(实验中夹板和目标板结合处)出现明显塑性铰线,但没有撕裂、吹飞。这与文献[10]中舱室模型角隅处

先撕裂并向两端扩展的破坏模式不同,说明当固支钢板承受内爆炸载荷,但未能使钢板出现结构破损

时,主要变形机制为整体鼓包,边缘大塑性变形,中点变形挠度最大,无孔板挠度最小;,置孔板挠度变形

略大,均匀孔板挠度变形最大。数值模拟结果与实验结果呈现良好的一致性。
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图11 目标板变形和最大挠度

Fig.11 Targetplatesdeformationandmaximumdeflection

图12 三种目标板中点位移曲线

Fig.12 Midpointdisplacement-timecurve
ofthreetargetplates

  3种目标板中点位移曲线如图12所示。无孔

板没有泄爆效应,最先达到最大挠度,预制孔板达到

最大挠度的时间滞后于无孔板。目标板中点最大挠

度的数值模拟和实验对比结果如表6所示,实验目

标板最大变形挠度为一组实验两个板的挠度平

均值。

  由表6可知,得到的3种目标板挠度的变化趋

势数值仿真与实验呈现较好的一致性,挠度从小到

大依次为无孔板<偏置孔板<均匀孔板。模拟挠度

较实验普遍偏小,与文献[8]中空爆载荷下预制孔靶

板误差更大,说明内爆炸载荷下边界影响更大,除此

之外造成误差的因素还有AUTODYN软件自身的

原因[12-13],本研究中近场爆炸条件下,模拟网格尺寸

限制及模拟软件内置缺陷的影响较大。
表6 挠度对比与误差

Table6 Deflectioncomparisonanddeviation

Targetplate
Maximumdeflection/mm

Exp. Sim.
deviation/%

Nonpreformedholeplate 83.95 72.05 -14.18

Offsetpreformedholesplate 87.20 74.69 -14.35

Uniformpreformedholesplate 92.60 79.16 -14.51

4 结 论

  针对舱室模型内爆炸载荷下预制孔板变形规律的研究,通过数值模拟和实验得到以下结论:
(1)数值模拟方法可行,内爆冲击波在舱室模型内部存在反射和汇聚现象,并在毫秒量级的后期存

在准静态特性;
(2)135gTNT舱室模型中心起爆时,目标板挠度大小为无孔板<偏置孔板<均匀孔板,预制孔板

的局部强度减弱对挠度变形的增益大于泄爆效应的影响;
(3)实验预制孔板不同区域减薄率存在差异:顶点即几何中心点的减薄率最大,中间区域减薄率次

之,边缘区域减薄率最低,中间区域预制孔板减薄率大于无孔板。
后续计划开展其他预制孔形式和TNT不等爆距作用对预制孔板变形规律的研究工作。
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DeformationofPlateswithPre-formedHoles
underInternalBlastLoadinginCabinModel
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Abstract:Inordertoinvestigatethedynamicresponseofplateswithpreformedholesunderinternalblastload
inthecabinmodel,thedeformationsoftheplateswithoffsetpreformedholesandtheplateswithuniform
preformedholesinthecabinmodelwereexperimentallyinvestigated.Theresultsarealsocomparedwiththat
oftheplateswithnon-preformedholes.Thenumericalcalculationoftheinternalblastloadwascarriedoutby
usingestablishedsimulationmodelofcabin.Thedistributionofinternalblastshockwavesattypicalgauge
pointswasanalyzedandthedeformationrulesofplateswithpreformedholeswerestudiedaswell.The
researchresultsindicatethattheeffectofgainofdeflectiondeformationobtainedfromdecreasinglocal
strengthduetothepreformedholesisgreaterthanthatoftheblastventing.Theshockwaveexhibitsthe
reflectionandconvergencephenomenainsidethecabinmodelandaquasi-staticfeatureduringthelatestageof
milliseconds.Thesimulationresultsareconsistentwiththeexperimentalones.Atthesametime,thereare
differencesbetweenthethinningratesindifferentareasoftheplateswithpreformedholes.Thecurrent
researchcanprovidereferencefortheanalysisofthemechanismofcouplingdamagebetweenshockwaveand
fragmentsinthecabin.
Keywords:cabinmodel;plateswithpre-formedholes;internalblastshockwaves;gainofdeflection;

thinningrate
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