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材料层裂研究的主要进展

周洪强，张凤国，潘    昊，何安民，王    裴
（北京应用物理与计算数学研究所，北京　100094）

摘要：层裂是一种重要的动态损伤破坏现象，由物质界面的反射稀疏波相互作用引起，其细

观尺度上的物理机制是微损伤（即微孔洞和微裂纹）的成核、生长和汇合。围绕美国物理学会

George E. Duvall 冲击压缩科学奖的 3 位获奖者 Grady、Curran 和 Johnson 的相关工作，概述层

裂现象的一些主要研究进展，简要介绍层裂现象的研究历史，以期更深刻地理解那些著名的层

裂物理模型和实验技术。此外，报道了最近取得的最新研究成果，阐述了冻结不同损伤水平状

态的双层靶层裂实验技术与 Hopkinson 压杆共通的工作原理。针对微损伤成核和生长断裂破

碎模型 NAG/FRAG 在数学上的不一致性和在物理上的不完备性，指出对于延性材料的层裂过

程，只要微孔洞成核的累积数目密度满足尺寸的指数分布、微孔洞半径的生长速度与半径呈线

性关系，就能够得到解析形式的损伤度演化方程，该修正模型 MNAG 在数学上是一致的，在物

理上是完备的；对于白以龙等建立的欧拉形式的微损伤数目守恒方程，指出计算损伤度不必显

式求解该方程，损伤度的表达式一般通过拉格朗日形式的微损伤数目守恒方程获得；针对损伤

度函数模型或封加坡模型，以更加简洁的方法进行了推导。

关键词：层裂损伤；层裂强度；双层靶层裂技术；NAG/FRAG 模型；Carroll-Holt-Johnson 模型；

Gurson 模型；Grady 模型；封加坡模型

中图分类号：O347.3                      文献标识码：A

层裂（Spallation）或崩落（Scabbing）是由压缩应力波在物质界面反射的稀疏应力波相互作用引起的

材料动态损伤破坏现象，首先由 Bertram Hopkinson 开展研究，故也称 Hopkinson 断裂 [1–3]。层裂在细观

尺度上的物理机制是微损伤的成核、生长和汇合：脆性材料和小黏性液态材料层裂的微损伤主要是微

裂纹，延性材料和大黏性液态材料层裂的微损伤主要是微孔洞 [4–5]。从统计的角度，层裂材料可视为由

微损伤和致密的基体材料或细观材料组成的宏观连续体材料，因此建立含损伤的宏观材料本构关系便

成为主要的研究目标 [6]。在基体材料本构关系已知的情形下，发展含损伤的宏观材料本构关系涉及两

方面内容：一是建立损伤演化模型，包括确定描述层裂损伤破坏程度的物理内变量损伤度，以及给出损

伤度的演化方程；二是将层裂损伤破坏效应的影响（即损伤度）引入基体材料本构关系。斯坦福研究所

（SRI）的研究人员首先描述了具有当前意义的含损伤宏观材料本构关系：Erlich 等[5] 给出了常应变率加

载下液态材料甘油在层裂过程中的拉应力-时间曲线，Shockey 等 [7] 给出了常应变率加载下脆性材料

Armco 铁在层裂过程中的拉应力-比容路径曲线。

图 1 显示典型延性金属层裂过程中拉应力-孔隙度路径曲线的拓扑结构，给出了微孔洞成核、生长

和汇合 3 个不同演化阶段的应力状态，其中纵坐标为拉应力，横坐标为孔隙度（微孔洞的体积分数）。

孔隙度常作为延性材料的损伤度，用于表征层裂损伤破坏程度，其取值范围为 [0,1]，有时为了表征材料

内部的固有缺陷而采用一个大于零的小值作为初始孔隙度。图 1 中点 A 表示应力达到微孔洞成核的
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临界阈值，材料内部的固有缺陷被激活，初始孔隙度作为初值赋予孔隙度；此后新微孔洞通过基体与二

相粒子界面的脱粘或二相粒子的断裂而产生，并随着材料塑性变形而生长。曲线 AB 表示微孔洞演化

的早期阶段，由于这一阶段累积的孔隙度太小，微孔洞演化引起的软化效应和其他机制引起的软化效

应（如基体的热软化）尚不足以抵御材料强度，材料处于硬化状态，应力随孔隙度的增长而增长。B 点

达到应力峰值（样品中层裂面上的应力峰值通常定义为层裂强度），材料开始失稳，表明微孔洞演化引

起的软化效应及其他机制引起的软化效应与材料强度达到了动态平衡；此后由于孔隙度迅速增长，材

料处于软化状态，应力随孔隙度的增长而减小。曲线 BC 表示微孔洞处于孤立生长阶段，微孔洞之间仅

通过材料宏观力学量的改变而发生联系。虚

曲线 CD 表示微孔洞演化的汇合阶段，汇合阶

段是一个雪崩式的瞬变过程，微孔洞之间通过

直接连接或孔间韧带局部失稳汇合机制发生

强烈的相互作用，直至贯通联结成宏观裂纹，

材料发生动态破碎而形成若干碎片，材料的承

载能力趋于零。图 1 给出的是完全层裂面上的

应力-孔隙度关系，非完全层裂面上的应力可以

从图 1 中曲线上任意一点向下直接卸载为零。

另外，将图 1 中的孔隙度变换成时间或与材料

损伤演化相关的其他物理量，拉应力路径曲线

的拓扑结构也可用于描述脆性材料和液态材

料的层裂过程。

层裂是一个非线性很强的材料动态损伤演化过程，拉应力路径依赖于材料微结构、加载条件和温

度条件：样品材料的温度和加/卸载熔化状态可以通过预加温方式和调节加载强度方式得以实现，加载

条件（如加载脉冲的强度和宽度直接影响加载应变率和材料温度）在实验上能够精确控制，然而材料微

结构（如晶粒尺寸、二相粒子和杂质的含量等）如何影响层裂损伤过程尚不能准确把握。拉应力路径无

法由实验直接测量，含损伤宏观材料本构关系只能依据一定的理论假设从样品自由速度剖面和回收样

品金相观测等实验结果反演获得，相关的研究论文和技术报告汗牛充栋，一些重要工作和研究进展得

到了学术界的认可，部分成果参见文献 [6, 8–15]。从应力波传播信息及其残留在样品中的金相结果反

推含损伤宏观材料的本构关系属于反问题，由于缺乏有效的手段将材料微结构与动态损伤演化过程紧

密地联结起来，至今还不存在广泛公认的含损伤宏观材料本构关系和层裂损伤演化模型 [16]，虽然经历

百余年的努力，但研究现状仍处于百家争鸣的发展阶段。

美国物理学会主办的凝聚介质冲击压缩会议（SCCM）连续多届将 George E. Duvall 冲击压缩科学

奖授予层裂研究的佼佼者：2007 年第 15 届会议的获奖者是圣地亚国家实验室（SNL）的 Dennis E.
Grady[17]，他建立了描述材料层裂破碎的能量平衡理论[18]；2009 年第 16 届会议的获奖者是 SRI 的 Donald
R. Curran[19]，他和同事建立了著名的成核生长/破碎（Nucleation and Growth to Fragmentation，NAG/FRAG）

模型 [6]；2011 年第 17 届会议的获奖者是洛斯阿拉莫斯国家实验室（LANL）的 James N. Johnson[20]，他建

立了描述延性材料层裂过程的 Carroll-Holt-Johnson 模型 [21]，并和同事首先将描述准静态损伤断裂过程

的 Gurson 模型用于描述延性材料的层裂过程[22–23]。本文以上述冲击压缩科学奖为切入点，结合本课题

组的工作成果，侧重延性金属的动态损伤破坏，对层裂现象的研究历史和一些主要进展进行简要介绍、

评论总结和修正推广，最后展望需要持续深入的研究工作。

1    含损伤宏观延性材料本构关系

本文中的公式除非特别指出，一律采用 Einstein 求和约定。

ε̇i j i, j = 1,2,3考虑含损伤宏观延性材料在拉伸应变率 作用下的动态变形过程（其中 ，表示 3 个应力
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图 1    典型延性金属层裂过程中应力-孔隙度关系

Fig. 1    Typical stress-porosity relationship for
the spall of ductile metals
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σ̇i j或应变方向），将 Cauchy 应力率 分解为静水压力率和偏应力率两部分 

σ̇i j = −ṗδi j+ ṡi j (1)

p si j δi j式中： 和 分别为含损伤宏观延性材料的压力和偏应力， 为 Kronecker 符号。

偏应力率由线弹性假设给出 

ṡi j = 2G
(
ėi j− ėp

i j

)
(2)

G ėi j ėp
i j ε̇

p
i j

ėi j = ε̇i j− ε̇kkδi j/3 ėp
i j = ε̇

p
i j− ε̇

p
kkδi j/3

式中： 、 、 和 分别为含损伤宏观延性材料的剪切模量、偏应变率、偏塑性应变率和塑性应变率，

， 。含损伤宏观延性材料剪切模量的表达式由 Mackenzie[24] 于 1950 年

给出 

G =Gs0

(
1−D · 20Gs0+15Ks0

8Gs0+9Ks0

)
(3)

式中：Gs0 和 Ks0 分别为基体材料的初始剪切模量和初始体积模量。Johnson[21] 于 1981 年将（3）式修正为 

G =Gs0(1−D)
(
1−D · 12Gs0+6Ks0

8Gs0+9Ks0

)
(4)

有时也采用如下假设[25]
 

G =Gs0(1−D) (5)

确定含损伤宏观延性材料塑性应变率的方式有两种。

（1）采用关联塑性模型，如 Gurson 模型[26]，塑性应变率由正交流动法则得到 

ε̇p
i j = λ̇

∂FGurson

∂σi j
(6)

λ̇

ε̇p
i j

式中： 为塑性因子变化率，FGurson 为 Gurson 屈服面函数，Rajengran-Dietenberger-Grove（RDG）模型也有

类似形式的屈服面函数 [27]。给定屈服面函数 FGurson 之后，可由质量守恒方程将孔隙度 D 的变化率写成

塑性应变率 的表达式 

Ḋ = (1−D)ε̇p
kk (7)

（7）式的物理意义显示微孔洞体积贡献了塑性应变的球量部分。

（2）采用非关联塑性模型，如 Carroll-Holt-Johnson 模型[21]，偏塑性应变率由正交流动法则得到 

ėp
i j = λ̇

∂Fnon_Gur

∂σi j
(8)

Fnon_Gur = σe− (1−4D)Ys0 Fnon_Gur = σe− (1−D)Ys0 σe =
√

3si j si j/2

Ys0

式中：Fnon_Gur 为非 Gurson 屈服面函数，通常是一类连续介质损伤力学模型，如 Curran 等[4, 6] 和封加坡等[28]

采用的 、Johnson[21] 采用的 ，其中 为含损伤宏

观延性材料的 von Mises 等效应力， 为基体材料的初始屈服强度。给定屈服面函数 Fnon_Gur之后，还需

确定孔隙度演化方程（如 Carroll-Holt-Johnson 模型 [21]、NAG/FRAG 模型和封加坡模型 [4, 6, 28]），随后可由

质量守恒方程将塑性应变率的球量部分写成孔隙度变化率的表达式 

ε̇p
kk =

Ḋ
1−D

(9)

于是含损伤宏观延性材料的塑性应变率可写为 

ε̇p
i j = ėp

i j+
1
3
ε̇p

kkδi j = λ̇
∂Fnon_Gur

∂σi j
+

1
3
δi j ·

Ḋ
1−D

(10)

α含损伤宏观延性材料的状态方程称为 P- 模型，由 Carroll 和 Holt[29] 于 1972 年采用细观力学方法

给出 

p = p(ρ,e) = (1−D)ps(ρs,es) (11)

p(ρ,e) ρ = ρs(1−D) e ps(ρs,es)式中： 、 和 分别为含损伤宏观延性材料的状态方程、质量密度和比内能， 、
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ρs es e ≈ es和 分别为基体材料的状态方程、质量密度和比内能。假定表面能的影响可以忽略， ，由能量守

恒方程得到 

ė =
σi jε̇i j

ρ
(12)

αCurran 等 [4] 首先同时应用损伤模型和 P- 状态方程模拟延性金属的层裂，以刻画材料损伤状态与材料

状态方程之间的耦合效应。

上述含损伤宏观延性材料本构关系和能量守恒方程构成了微分-代数方程的初值问题：在应变驱

动的计算机数值模拟程序中，首先通过动量守恒方程确定应变率，然后采用标准弹塑性本构模型数值

积分算法对初值问题进行求解[30]。

数值模拟程序中对断裂单元的处理方式及单元断裂后的应力赋值过程应视为层裂损伤演化模型

的一部分，而不仅仅看作一种特定的数值计算方法。由于现有的任何实验手段都难以对微孔洞的汇合

阶段进行定量测量，无法为物理模型提供直接的实验验证，为此很多层裂损伤演化模型忽略了汇合阶

段而采用临界孔隙度断裂判据：一旦某网格单元的孔隙度达到了临界孔隙度，就认为该单元发生了宏

观断裂。将图 1 中 C 点汇合开始时的坐标定义为临界孔隙度和临界应力，汇合阶段真实的应力路径即

为沿图 1 中虚曲线 CD 从临界应力松弛到零；作为一种近似，可以将真实路径上任意一点的应力取为单

元断裂开始时的应力值，然后由数值模拟程序自动更新断裂单元的应力。

2    材料层裂研究历史

2.1    能量平衡破碎理论

2.1.1    层裂现象的发现和应用

20 世纪初，Hopkinson 对炸药接触爆轰钢板实验进行了研究，通过引爆附着在钢板一面的硝化棉炸

药，观察到在钢板自由面一侧产生层裂片的现象，正确解释了钢板层裂的应力波相互作用机制，同时注

意到动载荷作用下材料脆性的增大，认识到在动态条件和准静态条件下材料破坏具有很大的区别[1–3,8,10]。

1914 年，Hopkinson 设计了压杆装置的雏形，以测量炸药接触爆轰或子弹射击长杆一端时所产生的

压力-时间关系曲线 [3]。图 2 是 Hopkinson压杆

装置的示意图 [31–32]：装置主体由一个长的圆柱

形弹性压杆和一个短的圆柱形弹性测时器

（Time Piece）组成，压杆和测时器之间的接触面

不承受拉应力。压杆装置的工作过程如下：炸

药接触爆轰或子弹射击产生的压缩波沿着压

杆和测时器向右传播，并在测时器右边的自由

面反射形成稀疏波，稀疏波沿着测时器和压杆

向左传播，当入射压缩波和反射稀疏波相叠加

后在接触面处出现净拉应力时，由于接触面不

承受拉应力，测时器带着陷入其中的动量脱离压杆向右飞去，测量悬置在右方的单摆受到测时器撞击

后的摆动，便可以算出测时器的动量；多次改变测时器的厚度，就能够确定入射压缩波的形状和强度。

1949 年，Kolsky[33]基于相同的原理改进 Hopkinson 压杆，建成了今天的分离式 Hopkinson 压杆（Split
Hopkinson Pressure Bar，SHPB，也称 Kolsky 杆）实验技术，用以研究高应变率下材料的动力学行为和动

态本构关系。

测时器的飞离原理是 Hopkinson 压杆装置工作的基础：压杆和测时器组成双层靶，靶中物质界面的

层裂强度为零或两者的接触面不承受拉应力，物质界面层裂或接触面分离阻截了来自测时器自由面的

稀疏波，测时器成为层裂片并带着陷入其中的动量飞离压杆；测时器厚度的变化改变了物质界面发生

层裂的时间，从而改变了稀疏波在靶中的作用时间，测时器捕获的动量发生相应变化。

Detonator

Explosive Time piecePressure bar

Pendulum

 

图 2    Hopkinson 压杆示意图

Fig. 2    Schematic of Hopkinson bar
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以测时器的飞离原理为基础的实验技术有着广泛的应用。炸药平面波发生器驱动飞片实验就是

一例：飞片飞离炸药可获得极高的速度，由于高速飞片撞击下可产生极高的压力，比炸药接触爆轰所能

达到的压力高得多，因而在材料高压状态方程研究中具有重要的应用[32]。第 2 个例子是层裂实验中常

常采用的组合靶方式，用以确保动态损伤破坏过程发生在一维应变条件下 [34]：垂直于冲击方向在样品

外侧嵌套一个动量吸收器（Momentum Trap），使物质界面层裂强度为零，调节靶中各部分的几何尺寸，

使物质界面先于靶的其他部位发生层裂，动量吸收器成为层裂片并带着陷入其中的动量脱离样品向外

膨胀；动量吸收器发挥了类似测时器的作用，阻截侧向稀疏波对样品的进一步作用，保证样品动态变形

的应变一维性。第 3 个例子是冲击样品回收实验中采用的组合靶方式，用以确保样品不发生拉伸损伤

破坏[35–36]：平行于冲击方向在样品非碰撞面一侧附着一块层裂板（Spall Plate，也称动量吸收器），垂直于

冲击方向在样品和层裂板外侧嵌套一个动量吸收器，使物质界面层裂强度为零，调节靶中各部位的几

何尺寸，使物质界面或层裂板内部先于靶的其他部分发生层裂，外侧动量吸收器、层裂板或层裂板产生

的层裂片发挥类似测时器的作用，阻截侧向稀疏波和来自层裂板自由面的稀疏波对样品的进一步作

用，保证样品不承受较大的拉应力作用；由于动量吸收器或层裂板产生的层裂片有效地捕获了动量，减

轻了稀疏波对样品的作用，样品没有发生拉伸损伤破坏，仅保留了冲击压缩过程的残余影响，便于采用

SHPB 等实验技术研究冲击加载对回收样品材料动态本构关系的影响。然而，上述例子的实验技术没

有利用动量吸收器和层裂板厚度的变化，而 Hopkinson 压杆装置充分发挥了测时器厚度改变的益处。

冻结不同损伤水平状态一直是层裂实验研究追求的目标，例如平板碰撞层裂实验通常采用固定样

品厚度并改变飞片厚度的方式，调节压缩波脉冲宽度，以控制样品中拉应力作用时间和损伤演化进程，

然而不同压缩波脉冲宽度的实验结果之间并无直接关联[37–38]。2008 年，朱建士院士设想了一种冻结层

裂损伤演化过程的双层靶实验技术[39]：如图 3（a）所示，双层靶由相同材料的样品和层裂板组成，层裂板

沿着冲击方向附在样品非碰撞面一侧，靶的厚度保持不变，样品和层裂板接触面不承受拉应力或两者

界面的层裂强度为零，调节靶中各部分的几何尺寸，使界面先于靶中其他位置发生层裂，层裂板发挥了

类似测时器的作用，阻截来自层裂板自由面的稀疏波对样品的进一步作用；层裂板厚度的变化改变了

物质界面发生层裂的时间，从而改变了稀疏波和拉应力在样品中的作用时间，控制了损伤演化进程。

经贺红亮的报告后，秦承森进一步提出沿冲击方向在双层靶碰撞面一侧再附着一片层裂板，将双层靶

技术扩展为三层靶技术。由于层裂板脱离样品的时间早于样品发生层裂的时间，层裂板不仅阻截了来

自本身自由面的稀疏波，同时阻截了样品中应力波向层裂板的传播，上述实验方法不利于样品层裂过

程的光学测量；另外，贺红亮发现某些工程因

素会使上述实验方法在轻气炮实验装置上不

易实施。2010 年，周洪强建议将层裂板沿冲击

方向附在样品碰撞面一侧，如图 3（b）所示；在

贺红亮的不懈努力下，修正后的双层靶技术在

轻气炮实验装置上得以实现 [39–40]。无疑，双层

靶技术也可以应用于炸药爆轰或激光辐照等

加载方式下的层裂实验。

双层靶技术必将成为一种主要的层裂实

验手段，追溯历史蓦然回首，如何通过控制稀

疏波作用时间而冻结损伤状态，竟然可以从层

裂研究的源头找到答案，只是时光已经流逝了

一百多年。

2.1.2    最大拉应力准则

Hopkinson 利用层裂应力波相互作用机制发明的压杆装置为标定炸药爆轰产物产生的载荷脉冲提

供了一种简单而又有科学根据的方法，考虑到 20 世纪初应变片、示波器和光学测量技术尚未问世，人

Time Time

Sample SampleSpall
plate

Spall
plate

Tensile zone

Lagrange position Lagrange position

Tensile zone

(a) (b)

Spall
Spall

Impactor Impactor

v v

R R

S

O O

S

 

图 3    采用双层靶技术的平板碰撞层裂

实验中应力波动力学示意图

Fig. 3    Wave dynamics of plate impact experiment for
spallation using the double target technique
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们不得不为 Hopkinson 的天才创意和巧妙设计所折服[31]。

当固体金属层裂区域的物质由原先的密实介质演化为疏松的含损伤的多孔材料时，力学性能将发

生变化 [41– 42]；熔化金属的层裂（微层裂）碎片将构成表面喷射物的一种主要来源 [43– 45]。1943 年和

1944 年，Mott[46–47] 为评估炸弹毁伤效果研究了外爆过程中膨胀环和圆柱壳爆裂时的碎片尺寸问题。由

于层裂现象可以在一维应变条件下产生，理论分析和实验实现相对容易，因此层裂问题的研究始终被

作为认识其他材料动态损伤破坏模式的一条方便途径。自 20 世纪 50 年代起，层裂研究开始进入繁盛

时期。

1951 年，Rinehart[48] 推广材料静态拉伸断裂准则，提出了最大拉应力准则：拉应力达到层裂强度时

材料发生层裂，层裂强度即是层裂位置应力路径曲线上的峰值，需要由动态断裂实验来测定。1954 年，

Rinehart[49] 采用声学近似方法建立了层裂强度公式 

σspall = ρs0Cs0
(
umax− ūspallflyer

)
(13)

σspall ρs0 Cs0 ūspallflyer = (umax+umin)/2

umax umin

式中： 为层裂强度， 和 分别为材料的初始密度和初始体声速， 为层裂片的

平均速度， 和 分别为样品自由面速度的最大值和最小值。20 世纪 50 年代，轻气炮的使用、显微

和金相观察结果表明了层裂强度是一个与时间相关的物理量，但是由于缺乏有效的理论和实验手段，

人们只能相当粗略地将层裂划分为初始层裂、中间层裂和完全层裂，没能提出更合理的物理模型 [9]。

20 世纪 60 年代，各种包含时效的准则型层裂判据和层裂强度的解析表达式被提出。例如，Whiteman[50]

和 Skidmore[51] 提出的应力率准则，层裂强度与应力率的平方根成线性关系 

σspall = A+B
(
∆σ

∆t

)1/2

(14)

σ t A B式中： 和 分别为拉应力和时间， 为材料静态拉伸强度， 为材料参数。还有 Breed 等[52] 提出的应力梯

度准则：层裂强度与应力梯度的平方根成线性关系 

σspall = A+B1

(
∆σ

∆x

)1/2

(15)

x B1式中： 为空间距离， 为材料参数。此外，Thurston 和 Mudd[53] 提出了修正的应力梯度准则 

σspall = A+B1

(
∆σ

∆x

)m

(16)

m式中： 为材料参数。20 世纪 70 年代，Rybakov[54] 采用声学近似方法得到 

σspall =
1
2
ρs0Cs0∆ufs (17)

∆ufs = umax−umin式中： 为样品自由面回跳速度。为了更好地拟合实验，人们采用声学近似方法给出了一

些修正公式[55–58]。

层裂是微损伤演化动力学决定的连续过程，微损伤成核和生长初期的应力加载历史决定了层裂强

度，上述在瞬态层裂假定基础上建立的解析公式只是对真实层裂强度的近似。以目前广泛使用的

(17) 式为例，公式中实验测量的样品自由面回跳速度包含了以层裂面拉应力达到层裂强度时刻为起点

的某个时间段内层裂片中损伤演化的信息，材料密度和体声速却因采用基体材料的初始值而没有包含

这些信息，因此 (17) 式计算的层裂强度是近似值，任何修正也都是近似的。对于不同的实验，(17) 式的

计算结果可能是发散的，发散性来自于层裂面上真实层裂强度的不同以及层裂片中损伤演化状态的差

异：中低应力三角形脉冲和矩形脉冲加载下无氧化紫铜（OFHC）的真实层裂强度变化不大，但层裂片中

损伤演化状态的差异却可以使两种加载方式的计算层裂强度相差近两倍 [59–60]。陈大年等 [58] 采用数值

模拟方法，比较瞬时层裂准则和损伤演化模型的计算结果，评估声学近似公式的有效性。本文将上述

双层靶层裂实验技术推广应用于数值模拟，给出另一种简便有效的评估方法：首先采用适当的损伤演

化模型确定样品中的层裂面；然后沿层裂面将样品剖分成两片，在层裂面上预置层裂强度并采用瞬时
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层裂准则进行描述，在样品其他位置上采用损伤演化模型进行描述；最后通过数值模拟由声学近似公

式计算层裂强度，比较公式计算的层裂强度和层裂面预置的层裂强度，若两者差别在许可范围内便可

断定计算公式是有效的。

最大拉应力准则是一种特殊形式的损伤演化模型，以延性材料层裂为例，可以改写为 

D =
{

0 σ < σspall

Dtensile σ ⩾ σspall
(18)

Dtensile ∈ [0,1]

Dtensile = 1

式中： ，其在数值模拟程序中的处理方式可以依照临界孔隙度断裂判据。显然，只有当

 时，最大拉应力准则才能算是瞬时断裂判据。

2.1.3    能量平衡破碎理论

层裂强度常作为参数出现在材料数据表或数据库中，然而为了拟合多发实验或多次层裂的同一发

实验，在数值模拟过程中往往需要对层裂强度进行人工调节，整个模拟过程貌似数值游戏，实质上是一

项物理活动，其原因在于层裂强度是一个与动力学过程相关的物理量而非材料常数。层裂强度与加载

应变率密切相关，对于一大类金属材料，拟合实验结果可得到函数关系[54]
 

σspall = b0(ε̇)b1 (19)

ε̇ b0 b1式中： 为体积拉伸应变率， 和 为材料参数。1988 年，Grady[18] 采用断裂力学方法建立了层裂的能量

平衡破碎理论，给出层裂强度和层裂碎片平均尺寸与应变率的函数关系。

Grady 理论梗概如下 [18]。考虑在常体积拉伸应变率作用下一个体胞或宏观微元的破碎过程，假设

满足层裂条件时体积微元瞬时破碎成尺寸相同的球形碎片，碎片直径由境界条件确定。

（1）层裂条件。弹性能和局部动能之和大于或等于碎片过程中消耗的能量，即 

We+WK ⩾Wspall (20)

We = p2
s/

(
2ρs0C2

s0

)
WK = ρs0ε̇

2d2/120 d Wspall

Wspall = 3k2
c/

(
ρs0C2

s0d
)

kc

Wspall = YsDc Ys Dc

Wspall = 6γ/d γ

式中： 为弹性能密度， 为局部动能密度， 为球形碎片直径， 为层裂

过程消耗的能量密度。对于脆性材料的层裂， ， 为材料断裂韧度；对于延性材料的

层裂， ， 为基体材料流应力或屈服强度， 为临界孔隙度，Grady 取 Dc 为 0.15；对于小黏性

液态材料的层裂或微层裂， ， 为材料表面张力。

（2）境界条件（Horizon Condition）。假定微损伤生长速度峰值为材料初始体声速，同时假定碎片尺

寸与微损伤的尺寸相当，境界条件表示为 

d ⩽ 2Cs0t (21)

t式中： 为材料的拉伸应力作用时间，零时刻为拉伸应力阶段的时间起点。

ps = −ρs0C2
s0t对于线弹性材料，压力和拉伸体积应变率呈线性关系， ，此时在 (20) 式和 (21) 式中取等

号并略去局部动能的贡献，可以得到层裂强度、球形碎片直径和层裂时刻的解析表达式。对于脆性材

料的层裂，该解析表达式为 

σspall = −ps =
(
3ρs0Cs0k2

c ε̇
)1/3
, d = 2

 √3kc

ρs0Cs0ε̇

2/3

, tspall =
1

Cs0

 √3kc

ρs0Cs0ε̇

2/3

(22)

对于延性材料的层裂，则为 

σspall =
(
2ρs0C2

s0YsDc

)1/2
, d =

(
8YsDc

ρs0ε̇2

)1/2

, tspall =

(
2YsDc

ρs0C2
s0ε̇

2

)1/2

(23)

对于小黏性液态材料的层裂或微层裂，为 

σspall =
(
6ρ2

s0C
3
s0γε̇

)1/3
, d =

(
48γ
ρs0ε̇2

)1/3

, tspall =
1

Cs0

(
6γ
ρs0ε̇2

)1/3

(24)

对于非线弹性材料的情形以及体积拉伸应变率不是常数的情形，层裂强度和碎片平均尺寸无法由

(20) 式和 (21) 式解析得到，必须采用数值方法进行计算[45]。
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能量平衡破碎理论对物理事实做了诸多近似，不能细致描述材料的失稳过程，是一种终态的瞬时

断裂模型，在材料动态破碎研究领域有着广泛的应用 [61]，尤其在液态材料的层裂破碎研究中占据独特

的地位[45, 62]。NAG/FRAG 等模型虽然详尽描述了微损伤的成核和生长过程，但同样缺乏对微损伤汇合

过程的细致刻画，在确实需要了解破碎碎片的数目和尺寸分布的情形下，这类建立在物理基础上的损

伤演化模型因太复杂反倒不如较为唯象的能量平衡破碎理论应用更多[63]。

2.2    NAG/FRAG 模型

2.2.1    Tuler-Butcher 模型和 Davison-Stevens 模型

层裂面或层裂位置即是样品中首先发生拉应力卸载的位置，将首次层裂面与样品自由面之间的层

裂片称为主层裂片，其他两两层裂面之间的层裂片称为次层裂片。利用最大拉应力准则，能够比较准

确地找出样品中首次发生层裂的位置，计算主层裂片的厚度[64]；但是，该判据仅把层裂划分为是与否来

处理，没有包含层裂损伤演化机制，尽管在使用时人为区分了初始层裂、中间层裂和完全层裂来弥补这

种处理的不足，但是计算所得次层裂片厚度仍是不适当的。实验结果表明 [44, 64–65]：在三角形脉冲加载

下，样品主层裂片飞出后常有许多块厚度小一个数量级以上的次层裂片跟随飞出，在首次层裂面的后

方存在一个布满层裂面的层裂区；当三角形脉冲足够陡、样品层裂强度足够小（样品处于液态）时，层

裂区布满了雾状的层裂破碎碎片。离散型层裂准则无法解释这个实验事实，必须采用能够描述损伤连

续累积演化过程的物理模型 [45, 64]，自 20 世纪 60 年代起定量金相学为损伤累积理论的发展提供了实验

基础。

1964 年，美国 SNL 的 Butcher 等[66] 从准静态常拉应力下屈服或断裂滞后的概念出发首先提出了损

伤累积模型 

eαBστB = KTB 或 σ
λTBτB = KTB (25)

τB αB λTB KTB式中： 为拉应力持续时间， 、 和 为材料常数。1968 年，Tuler 和 Butcher[67] 修正 (25) 式，得到非

常拉应力下积分型损伤累积模型 

KTBD (τTB) =
w τTB

0

[
σ(t)−σsp0

σsp0

]λTB

dt =KTB (26)

σ(t) τTB σsp0 σ(t) σsp0 KTBD

KTBD KTB

式中： 为层裂面上拉应力历史， 为层裂发生时刻， 为材料常数， 为达到 时损伤 开始

累积， 达到 时材料发生层裂。20 世纪 70 年代初，SNL 的 Davison 和 Stevens[68–69] 提出损伤累积理

论，并引入层裂损伤（Spall Damage）的概念，将其定义为可以随时空连续演化的场变量，并进一步引入

累积的概念以刻画层裂损伤的演化 

ḊDS = φDS (σ,DDS) (27)

φDS DDS(27) 式根据右端函数 是否依赖于损伤度 而分别称为复合累积公式和简单累积公式。

上述损伤累积理论属于连续介质损伤力学模型，其中 Davison-Stevens 模型的建立标志着层裂研究

主流从准则型层裂判据向损伤演化模型的转向；然而，由于层裂损伤或损伤度是唯象的，没有确切的物

理意义，其演化方程需要大量实验才能确定，因此该模型没有得到进一步的发展。

2.2.2    NAG/FRAG 模型及其修正

损伤累积理论的另一项代表性工作是 20 世纪 70 年代初提出的 NAG/FRAG 细观损伤力学模型。

Curran 等 [4, 6, 13, 70] 采用细观统计方法描述微裂纹、微孔洞和微剪切带 3 种微损伤的成核和生长演化过

程，给出了损伤度随时间演化的递推解析公式。以延性材料层裂为例，概述 NAG/FRAG 模型如下。

从层裂损伤区域取一个体胞或宏观微元，体胞中细观微孔洞的尺寸是随机分布的，且微孔洞的数

目足够多，将真实材料中微孔洞的不规则形状理想化为球形，Curran 等 [4, 6, 13] 根据实验观察和他人的理

论分析假定微孔洞的累积数目密度始终保持指数分布形式 

N (a, t) = N (0, t)exp
(
− a

a1g

)
(28)
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a N (a, t) a N (0, t)

a1g = a1g(t)

N (a, t) a/a1g

式中： 为微孔洞的半径， 为半径大于 的微孔洞的数目密度， 为体胞单位初始体积中微孔洞

的总数目， 为当前时刻微孔洞数目密度分布的特征尺寸。(28) 式也作为评估完全层裂破碎碎

片尺寸的数目密度分布公式 [4, 6]。为了保持微孔洞累积数目密度 的形式不变， 必须保持为

常数 

ȧ
a
=

ȧ1g

a1g
(29)

N (0, t) a因此，问题归结为确定微孔洞总的数目密度 和微孔洞半径 的生长方程。通过系统的初始层裂实

验观测，Curran 等[4, 6, 13] 获得了微孔洞的成核累积数目密度方程、成核率方程和生长方程 

Nn (a, t) = Nn (0, t)exp
(
− a

a1n

)
(30)

 

Ṅn (0, t) = Ṅn0 exp
(
−ps− pn0

pn1

)
(31)

 

ȧ = a ·
−ps− pg0

4η
(32)

Nn (a, t) a

Nn (0, t) a1n

pn0 pg0 Ṅn0 pn1

η

[t, t+∆t]

式中：物理量带下标“n”表示该量与微孔洞的成核过程相关， 为半径大于 的微孔洞成核的数目

密度， 为体胞单位初始体积中微孔洞成核的总数目，材料常数 为微孔洞成核数目密度分布的

特征尺寸， 为微孔洞平均成核应力， 为微孔洞平均生长应力， 和 为微孔洞成核相关的材料参

数， 为材料黏性。忽略惯性效应后，生长方程 (32) 式也可以通过修正 Rayleigh-Plesset 方程得到 [6]。于

是，Curran 等考察一个计算时间步长区间 中微孔洞的成核和生长方程，得到了孔隙度随时间演

化的递推解析公式 

V t+∆t
v = V t

v+∆Vn
v +∆Vg

v (33)

V t+∆t
v V t

v t+∆t t ∆Vn
v ∆Vg

v

∆Vg
v =

w ∞
0

4π
3

a3 dN (a, t+∆t)
da

da−
w ∞

0

4π
3

a3 dN (a, t)
da

da = V t
v exp

[
3∆t

(−ps− pg0
)

4η

]
−V t

v, ∆Vn
v =w ∞

0

4π
3

a3 dNn

da
da = 8π∆ta3

1nṄn (0, t) = 8π∆tṄn0a3
1n exp

(
−ps− pn0

pn1

)
式中： 和 分别为 和 时刻的孔隙度， 和 分别为时间区间内微孔洞成核和生长所引

起的孔隙度增加。

，于是
 

V t+∆t
v = 8π∆tṄn0a3

1n exp
(
−ps− pn0

pn1

)
+V t

v exp
[
3∆t

(−ps− pg0
)

4η

]
(34)

V t
v D上述孔隙度 定义为体胞单位初始体积内的微孔洞总体积，孔隙度 定义为体胞单位当前体积内的微

孔洞总体积，两者的关系为 

D =
Vv

1+Vv
(35)

t+∆t

NAG/FRAG 模型取得了很大的成功，然而它并不完美，批评主要集中于该模型的经验性强、拟合

参数多且过于繁复 [9]。1993 年，黄筑平等 [10] 指出 NAG/FRAG 模型的两个指数分布形式 (28) 式和

(30) 式是相互矛盾的，严格说来该模型是不成立的。2013 年，周洪强等[71] 对该模型进行修正，得到了数

学上一致、物理上完备的 MNAG 模型。(28) 式和 (29) 式对微孔洞累积数目密度分布形式及其分布特

征尺寸生长方式的两个假定是多余的，在 MNAG 模型中，仅由 (30) 式～(33) 式便可推导出孔隙度方程

(34) 式，同时得到 时刻微孔洞的累积数目密度 

N (a, t+∆t) = Ṅn (0, t)∆t exp
(
− a

an1

)
+

∑
i

Ṅn (0, ti)∆ti exp
− a

ati

1g

 (36)

ti+∆ti ⩽ t [t, t+∆t] [ti, ti+∆ti]

t+∆t ati

1g = ati

1g (t+∆t) [ti, ti+∆ti]

式中： ；等号右边第 1 项和第 2 项分别为时间区间 以及 内成核的微孔洞对

时刻微孔洞累积数目密度分布的贡献， 为时间区间 内成核的微孔洞在
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t+∆t ȧti

1g/a
ti

1g = ȧ/a
⌢

S para
⌢
σ (t)

时刻的数目密度分布的特征参数，自动满足生长方程 。显然，对于理想微孔洞系统[72–73]，

如果采用如下成核率方程和生长方程（其中 为基体材料的力学性质， 为含损伤宏观材料的

Cauchy 应力） 

Ṅn (0, t) = Ṅn

(
D,
⌢
σ(t),

⌢

S para

)
(37)

 

ȧ = AMNAG

(
D,
⌢
σ(t),

⌢

S para

)
a (38)

则不难将 MANG 模型推广为更一般的形式。

2.3    Carroll-Holt-Johnson 模型和 Gurson 模型

2.3.1    微损伤数目密度演化方程

NAG/FRAG 模型的建立标志着层裂研究主流向细观损伤演化模型的转向。20 世纪 90 年代初，白

以龙等 [72–73] 针对微裂纹系统分析了微损伤演化的一般规律，根据微损伤数目平衡原理，结合微损伤演

化的动力学方程，得到微损伤数目密度演化的微分方程 

∂n
∂t
+
∂ (nȧ)
∂a
= ṅn (39)

a n = n (a, t)
w ∞

0
nda t

nn = nn (a, t)
w ∞

0
nnda t

n (a,0) = 0 n (0, t) = n (∞, t) = 0

式中： 为微损伤的尺寸， 为微损伤的数目密度， 为 时刻体胞单位当前体积内微损伤的

总数目， 为微损伤成核的数目密度， 为 时刻体胞单位当前体积内微损伤的总数目。

(39) 式的初始条件和边界条件分别为 和 。显然，只要知道了微损伤成核的

数目密度，由 (39) 式和微损伤的生长方程，就可以确定损伤度（孔隙度）[72–73]
 

D =
w ∞

0

4π
3

a3nda (40)

dn/dt = ṅn

白以龙等[72–74] 首先通过拟合实验结果确定了微损伤成核的数目密度和微损伤的生长方程，然后采用数

值方法直接求解 (39) 式得到微损伤的数目密度，最后由 (40) 式得到损伤度。然而，一般情形下这种做

法的计算量可以比拟对损伤演化过程的直接数值模拟。微损伤数目密度演化方程 (39) 式是建立在欧

拉空间的守恒方程，其拉格朗日形式可写为 。由 (40) 式推导损伤度公式的通常做法是采用拉

格朗日形式的微损伤数目守恒方程，且往往不需要预先求出微损伤数目密度的显式表达式[38, 75–78]，我们

在构造 MNAG 模型时采用了这种通常的做法。求解损伤度不需要显式求解微损伤数目密度演化方程

(39) 式，就如同拉氏数值模拟程序不需要显式求解欧拉形式的质量守恒方程，微损伤数目和质量的守

恒方程总是自动成立的。

一般情形下，采用细观统计方法无法得到解析形式的损伤度演化方程，除非适当选取特殊形式的

微损伤成核数目密度和微损伤生长方程[71]。存在一种特殊情形——瞬时成核模式，即全部微损伤在同

一时刻以相同尺寸瞬时成核，且此后以相同速度生长，于是总能由解析形式的微损伤生长方程得到解

析形式的损伤度演化方程，著名的 Carroll-Holt-Johnson 模型和 Gurson 模型即是在瞬时成核模式下推导

得到的延性材料损伤演化模型，在统计意义上最为简单。封加坡模型实质上也是在瞬时成核模式下推

导得到的延性材料层裂损伤演化模型：利用微损伤数目密度演化方程 (39) 式构造损伤演化模型，但是

没有明确指明微孔洞成核的数目密度分布形式，为了得到解析形式的孔隙度演化方程，作了一系列近

似，实际上隐式地指向了瞬时成核模式。

封加坡模型最初被称为损伤度函数模型，本文以更简洁的方式构造该模型及其修正形式。在瞬时

成核模式下，体胞或宏观微元由包含单个微损伤的基体材料组成，孔隙度表示为 

D =
vvoid

vRVE
=

vvoid

vsolid+ vvoid
(41)

vvoid vsolid vRVE = vsolid+ vvoid式中： 、 和 分别为微孔洞、基体材料和体胞的体积，于是 
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Ḋ =
v̇void

vRVE
−D · v̇RVE

vRVE
(42)

v̇RVE = v̇void在推导微孔洞生长方程时通常假定基体材料不可压缩， ，于是 (42) 式化为 

Ḋ = (1−D) · v̇void

vRVE
(43)

(43) 式即 (7) 式和 (9) 式，是质量守恒方程的一种表达式。封加坡等 [28] 认为，球形微孔洞表面积消耗的

能量由微孔洞周围球壳中基体材料的弹性能提供，球壳体积增长的速度与微孔洞表面积和基体材料的

体波声速成正比，由此得到微孔洞生长方程 

v̇void =
3vvoidCs0

(
p2

s − p2
fg0

)
4γKs0

(44)

pfg0式中： 为微孔洞生长的临界应力。将 (44) 式代入 (42) 式，得到封加坡模型的孔隙度生长方程 

Ḋ =
3Cs0D

(
p2

s − p2
fg0

)
4γKs0

−D · v̇RVE

vRVE
(45)

将 (44) 式代入 (43) 式，得到修正的孔隙度生长方程 

Ḋ =
3Cs0D (1−D)

(
p2

s − p2
fg0

)
4γKs0

(46)

2.3.2    Carroll-Holt-Johnson 模型

α α

α

微损伤的生长方程可以通过拟合实验结果的方法确定 [6]，也可以根据力学基本原理采用细观力学

方法得到。1965 年，Knowles 和 Jakub[79] 首先研究了静水压力拉伸加载下有限大弹性材料中单个球形

微孔洞的生长过程；1972 年，美国劳伦斯利弗莫尔国家实验室（LLNL）的 Carroll 和 Holt[80] 首先利用空

心球壳模型研究了静水压力压缩加载下弹塑性材料中单个球形微孔洞的塌缩过程。它们是建立微孔

洞动态生长方程的先驱工作，为发展延性材料层裂损伤演化模型开辟了新的道路。为了描述多孔材料

对冲击压缩加载的动态响应，Carroll 和 Holt 不仅发展了描述微孔洞动态压缩过程的 Carroll-Holt 模型，

还对 Herrmann[81] 提出的多孔材料 P- 状态方程的最初形式进行了修正，建立了多孔材料 P- 状态方程

的最终形式[29]。在 SNL 期间，Johnson 曾在 Herrmann 和 Davison 领导下工作[82]，意识到在稀疏波拉伸加

载下密实基体材料中新生微孔洞的生长过程在某种意义下可以视为在冲击波压缩加载下多孔材料中

旧有微孔洞的塌缩过程的反面，两种物理现象可以采用相同的物理模型描述。1981 年，Johnson[21] 首先

利用 Carroll-Holt 模型和 P-  状态方程描述延性金属的层裂过程。

a b

a0 b0 r ps

Carroll-Holt-Johnson 模型概述如下。体胞或宏观微元为一同心球壳：球壳内外半径分别为 和 、初

值分别为 和 ，球壳上任意一点到球心的距离为 ，球壳外边界上施加球对称的静水压力 ，球壳内边

界上施加自由边界条件。在球壳生长或塌缩过程中，假定球壳形状保持不变，基体材料全部进入塑性

状态且不可压缩。由于基体材料不可压缩，球壳上任意一点的运动方程可以表示其上所有点的运动，

并简化为常微分方程[21, 80]
 

τ2
CHJQ

(
D̈, Ḋ,D

)
= ps−2 · sign(ps)

w b

a

σes

r
dr (47)

 

τ2
CHJ =

1
3
ρs0a2

0

(
1−D0

D0

)2/3

, Q
(
D̈, Ḋ,D

)
= D̈ · D1/3−1

D1/3(1−D)5/3 + Ḋ2 · 1−2D+11D4/3

6D4/3(1−D)8/3 (48)

τ2
CHJQ

(
D̈, Ḋ,D

)
D0 = (a0/b0)3 D = (a/b)3 σes

σes = Ys

式中： 为惯性项，初始孔隙度 ，孔隙度 ， 为基体材料的 von Mises 等

效应力。当初始孔隙度与最后的孔隙度相比极小时，忽略体胞球壳基体材料的弹性和弹塑性变形，认

为基体材料瞬时进入完全塑性状态， ，(47) 式简化为[21]
 

τ2
CHJQ

(
D̈, Ḋ,D

)
= ps−2 · sign(ps)

w b

a

Ys

r
dr (49)
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显然，孔隙度生长方程形式的数目等于基体材料塑性本构方程形式的数目，(49) 式对基体材料的塑性

本构方程没有约束，可以采用非常复杂的具体形式以包含微孔洞生长的各种影响因素 [83–85]，然而太复

杂的基体材料塑性本构方程会使模型的计算量趋近于材料损伤演化的直接计算而不便应用 [86]。只有

少数具有特殊形式的基体材料塑性本构方程才能使 (49) 式等号右边的积分项化为解析形式：最初

Carroll 和 Holt 采用了理想塑性模型[80]；Johnson 采用如下形式的黏塑性本构方程 

Ys = Ys0+
3
2
ηγ̇p

s (50)

γ̇p
s式中： 为基体材料的剪切塑性应变率，则 (49) 式化为 

τ2
CHJQ

(
D̈, Ḋ,D

)
= ps+ sign(ps) ·

2
3

Ys0 ln D− Ḋ ·η
(

1−D0

D0

)2/3 D5/3
(
1−D2/3

0 D1/3
)

(1−D)17/3

 (51)

1986 年，Perzyna[87] 在基体材料塑性本构方程中引入了应变硬化项；1992 年，Cortes[88] 给出了所有能够

使 (49) 式积分项化为解析形式的基体材料塑性本构方程的基本形式，LANL 的 Tonks 等 [89] 曾利用其中

的一种形式模拟延性金属的层裂 

Ys = Ys0+σs0T

(
ε̇p

se

ε̇s0T

)1/nT

(52)
 

Ḋ =
3
2
ε̇s0TD (1−D)

[
−3ps/2+Ys0 ln D
σs0TnT (1−DnT )

]nT

(53)

σs0T ε̇s0T nT式中： 、 和 为材料常数，(53) 式中忽略了惯性效应对孔隙度生长的影响，也称为 Tonks 模型。

为了弥补瞬时成核模型的不足，将微孔洞成核的贡献直接折中为孔隙度，并与微孔洞生长贡献的

孔隙度进行数值累加[87]
 

Ḋ = Ḋnucleation+ Ḋgrowth (54)

Dgrowth Dnucleation式中： 为微孔洞生长方程计算的孔隙度， 为微孔洞成核贡献的孔隙度。Curran 等 [6] 据此给

出了微孔洞成核热激活机制的具体表达式，并总结大量的实验结果，指出了 3 种微损伤成核机制，即应

力控制、应变控制和热激活成核机制。Perzyna[87] 也据此给出了微孔洞成核热激活机制的具体表达式 

Ḋnucleation =
h (D)
1−D

(
exp

mP |σ−σnP|
kBTs

−1
)

(55)

h (D) mP σnP kB

Ts

式中： 为描述微孔洞相互作用的材料成核函数， 为材料常数， 为微孔洞成核临界应力， 为

Boltzmann 常数， 为基体材料的温度。

Johnson 利用 (51) 式考察了惯性效应对微孔洞生长过程的影响，发现塑性流动而非惯性效应控制

了微孔洞的早期生长过程，于是将孔隙度动态演化方程 (51) 式近似为准静态条件下生长方程，即

VG（Void Growth）模型[21]
 

Ḋ = −1
η
·
(

D0

1−D0

)2/3

D1/3(1−D)5/3 (ps−as0 ln D) (56)

as0式中： 为材料常数。Johnson 采用 (56) 式和 (51) 式分别对 OFHC 的平板碰撞中间层裂实验进行了数

值模拟，两种方法的模拟结果与实验结果符合很好。

1992 年，Ortiz 和 Molinari[90] 研究了静水压力拉伸加载下有限大弹塑性材料中单个球形微孔洞的生

长过程，指出应变率和应变硬化效应控制了微孔洞的早期生长过程，惯性效应主导了微孔洞的后期生

长过程。然而，从实用的角度出发，通常的做法是调节材料参数将惯性效应折中进入材料黏性效应中，

对微损伤动态生长模型进行准静态近似 [87]。除了 VG 模型，NAG/FRAG 模型、MNAG 模型和 Tonks 模

型等实际上也都是微损伤准静态生长模型。于是，本意为描述材料损伤准静态生长过程的物理模型也

可以用来模拟层裂损伤动态演化过程，相比于微孔洞动态生长模型，这些模型的优势之一是显式计及

了偏应力和应力三轴度对微孔洞生长过程的影响。
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2.3.3    Gurson 模型

α

1968 年，McClintock[91] 首先研究了周向轴对称载荷作用下无限大弹塑性基体材料中单个圆柱形微

孔洞的准静态生长过程，得到非线性固体材料中微孔洞生长的唯一精确解；1969 年，Rice 和 Tracey[92] 研

究了轴对称载荷作用下无限大刚塑性基体材料中单个球形微孔洞的准静态生长过程，得到微孔洞生长

的近似解；1975 年，Gurson[93] 利用空心球壳模型研究了轴对称载荷作用下刚塑性基体材料中单个球形

微孔洞的准静态生长过程，首先得到含损伤宏观材料的塑性本构方程。Gurson 模型标志着细观损伤力

学的建立，是细观力学和固体材料本构关系发展史上的一个里程碑，改变了以往对细观尺度上本构模

型均匀化之后在宏观尺度上只能得到相同形式本构模型的状态[94]。拓展 Gurson 的工作存在两种方式：

第一种方式是利用 Gurson 的细观分析方法，研究微孔洞形状和基体材料本构模型对微孔洞生长过程的

影响 [95–99]；第二种方式是将微孔洞形状和基体材料本构模型的影响唯象地引入 Gurson 模型 [100–103]。采

用第二种方式得到的 Gurson-Tvergaard-Needleman（GTN）模型已是计算力学领域的基本损伤演化模型

之一 [104–105]，已编制成程序模块嵌入 ABAQUS 等大型有限元商业软件，作为预测模型工具应用于许多

工程问题[94]。1988 年，Johnson 和 Addessio[22] 首先采用 GNT 模型对 OFHC 的平板碰撞中间层裂实验进

行了数值模拟，将 GNT 模型和 P- 状态方程等组合在一起，称为 TEPLA（TEnsile PLAsticity）模型；为了

克服损伤软化引起的数值模拟结果对网格单元尺寸的依赖性，他们将应变率效应引进经典塑性本构模

型，在 TEPLA 模型中分别加入 Duvaut-Lions[23] 和 Perzyna 过应力黏塑性模型（基体材料采用 Johnson-
Cook 黏塑性本构模型描述）[106]。

Gurson 模型概述如下。对于轴对称载荷作用下含球形微孔洞的理想塑性基体材料，Gurson 最初导

出的含损伤宏观材料的屈服面函数为[26,93]
 

FGurson = σ2
e −Y2

s

[
1−2Dcosh

(
− 3p

2Ys

)
+D2

]
= 0 (57)

Gurson 模型要求含损伤宏观材料的塑性变形服从正交流动法则：塑性应变率由 (6) 式求解，孔隙度由

(7) 式求解。在 (57) 式中引入更一般形式的基体材料塑性本构方程[100]
 

Ys = Ys0

(
1− Es0

Ys0
εp

se

)nG0

(58)

Es0 nG0 εp
se式中： 为基体材料的杨氏模量， 为材料常数，基体材料的等效塑性应变 由细观尺度上的塑性耗

散和宏观尺度上的塑性耗散相等的条件得到 

(1−D)Ysε̇
p
se = σi jε̇

p
i j, ε̇

p
se =

σi jε̇
p
i j

(1−D)Ys
(59)

(59) 式是一个近似公式，假定了空心球壳体胞上每一点基体材料的塑性耗散均相同。孔隙度随时间的

演化表示为 (54) 式 [100]，包括已有微孔洞生长的贡献和新微孔洞成核的贡献两部分，其中微孔洞生长的

贡献由 (7) 式得到，即 

Ḋgrowth = (1−D)ε̇p
kk (60)

微孔洞成核的贡献表示为 

Ḋnucleation = Aσ (σ̇se− ṗs)+Aεε̇p
se (61)

(61) 式等号右边第 1 项和第 2 项分别表示应力和应变控制微孔洞成核的贡献。1980 年，Chu 和 Needleman[107]

假定微孔洞成核临界应力和临界应变服从正态分布 

Aσ =
fnσ

sσ
√

2π
exp

−1
2

(
σse− ps−σnσ

sσ

)2 , Aε =
fnε

sε
√

2π
exp

−1
2

(
εp

se−εnσ

sε

)2 (62)

fnσ fnε σnσ εnσ sσ sε式中： 和 为材料中二相粒子的体积分数， 和 分别为微孔洞成核的平均应力和应变， 和 为

分布的方差。空心球壳体胞模型只是部分计及了微孔洞之间的相互作用，为了进一步考虑相互作用的

影响，将含损伤宏观材料的屈服面函数 (57) 式修正为 
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FGTN = σ2
e −Y2

s

[
1−2q1D∗ cosh

(
−3q2 p

2Ys

)
+q2

1D2

]
= 0 (63)

 

D∗ (D) =


D D ⩽ Dc

Dc+
1/q1−Dc

Df −Dc
(D−Dc) Dc < D ⩽ Df

1/q1 D > Df

(64)

q1 q2 q1 = 1.5 q2 = 1

D∗

Dc Df Dc = 0.15 Df = 0.25

1981 年，Tvergaard[101] 引入并通过数值模拟确定了参数 和 ，通常取 ， ；1984 年，Tvergaard
和 Needleman[102] 引入孔隙度函数 描述微孔洞汇合至最终破坏阶段中孔隙度对材料承载能力的影响，

参数 和 分别对应于微孔洞汇合和材料断裂时的孔隙度，通常取 ， 。

Gurson 模型及其修正通称为 Gurson 类模型，为发展材料损伤演化模型指明了方向。1987 年，

Rousselier 采用连续介质损伤力学方法建立了描述延性材料断裂过程的另一种主要物理模型，然而没有

人用来描述层裂过程 [ 1 0 8 ]；1989 年，Rajendran 等 [ 2 7 ] 为了描述延性材料的层裂过程，采用类似于

Rousselier 的方法发展了 RDG 模型。Rousselier 模型、RDG 模型和 GTN 模型具有相同的基本结构和形

似的含损伤材料宏观屈服面函数。

3    结 束 语

2017 年冲击压缩科学奖的获奖者 Meyers 和 Aimone 对 1983 年以前层裂研究的历史和主要成果进

行了比较系统的总结和评述，黄筑平等则对 1993 年以前层裂研究的理论成果做了最为全面而广泛的

系统综述。本文围绕 3 位冲击压缩科学奖获奖者 Grady、Curran 和 Johnson 有关层裂现象的工作，对上

述两篇综述文献拾遗补缺，对层裂研究的一些主要进展修正推广或厘清发展脉络和发展渊源，所得主

要结果列举如下。

（1）双层靶实验技术是近十年才出现的一项冻结层裂损伤演化过程的新技术，其与 Hopkinson 压杆

有相同的工作原理，Hopkinson 首先利用层裂现象的应力波作用机制设计了 Hopkinson 压杆，双层靶实

验技术则利用层裂现象的应力波作用机制研究层裂现象本身，其他一些实验装置也运用了这个原理。

然而，不同研究方向、不同实验装置的发明人，可能以为自己独创了一种新技术，事前和事后未必确切

知晓无意中利用了 Hopkinson 早已发现的测时器飞离工作原理，本文对这一问题进行了梳理；随后进一

步将双层靶层裂实验技术应用于数值模拟，评估层裂强度的近似解析计算公式的有效性。

（2）黄筑平等指出 Curran 等构造的损伤演化模型 NAG/FRAG 在物理上是不完备的，周洪强等曾就

此公开问题对 NAG/FRAG 模型进行修正，并得到物理上完备的 MNAG 模型。事实上，对于延性材料的

层裂过程，只要微孔洞成核的累积数目密度满足指数分布，且微孔洞半径的生长速度与半径成线性关

系，损伤度演化方程的形式就是解析的。

（3）白以龙等建立了欧拉形式的微损伤数目守恒方程，本文指出损伤度的计算可以不必显式求解

此演化方程，就如同拉氏数值程序不需要显式求解欧拉形式的质量守恒方程，损伤和质量互为反面，此

时微损伤数目和质量自动满足守恒方程。

（4）封加坡模型历来被认为是从白以龙等建立的微损伤数目密度演化方程出发导出的细观统计损

伤演化模型，事实上它隐式地采用了瞬时成核模式，本文以更加简洁的方式推导了该模型。

α

（5）Meyers 和 Aimone 列表指出 Rinehart 之后对层裂研究起关键作用的 3 个单位是 LANL、SNL 和

SRI，当时 LANL 的工作量最少而能够后来居上，Johnson 做出了主要贡献。Johnson 早年在 SNL 从事多

孔材料冲击塌缩过程研究，首先觉察到描述微孔洞塌缩过程的 Carroll-Holt 模型和 P- 状态方程也可以

用来描述延性金属层裂现象中微孔洞的生长过程，并从实用角度出发，首先使用描述微孔洞准静态生

长的 Gurson 模型或 GTN 模型模拟延性金属层裂现象中微孔洞的动态生长过程。

材料层裂研究是一个重要而困难的课题，对于固体材料的层裂已经开展广泛的实验和理论研究，

认识相对比较清楚，本文所述大多指固体材料层裂的研究进展，特别是中低压冲击加载下延性材料层
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裂的研究进展，对于高温固体材料和液体材料的层裂研究则相对欠缺，目前仍处于积累实验数据、探索

物理规律的阶段。Meyers 和 Aimone 曾注意到苏联研究人员有关金属材料层裂强度对温度依赖性的公

开报道，俄罗斯科学院的通讯院士 Kanel 更因研究温度对层裂强度等材料力学性能的影响获得了

2013 年的冲击压缩科学奖。实验结果表明，固体金属的层裂强度并非温度的单调函数，但在室温之上，

钢、铅和铜等固体金属的层裂强度是温度的降函数，由此结合准静态条件下理想流体的拉伸断裂强度

为零的结论，可以设想材料熔化后或液体材料的层裂强度的下限趋近于零，液体材料在三角形脉冲加

载下易形成连续喷涌的云雾状层裂破碎区。近年来金属熔化后的层裂愈发受到重视[43–45, 109–110]：实验上

已经发展了质子照相等多种观测技术，然而这些实验技术仍存在不足，一方面它们只能给出完全层裂

动态破碎的终态图像而不能提供层裂损伤演化的过程信息，另一方面其测量精度仍有提高的空间；理

论上虽然可采用 Rayleigh-Plesset 方程和修正的 Carroll-Holt-Johnson 模型描述液体材料中的微孔洞生长

过程，但层裂破碎状态尚需 Grady 能量平衡破碎理论等终态唯象模型来描摹，因此，要想改变当前这种

终态物理模型-终态实验结果相互猜度的研究模式，需要发展新的实验技术冻结损伤演化过程，为建立

物理基础上的损伤演化模型提供指引。
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Main Progress in Research on Material Spalling

ZHOU Hongqiang, ZHANG Fengguo, PAN Hao, HE Anmin, WANG Pei

（Institute of Applied Physics and Computational Mathematics, Beijing 100094, China）

Abstract:   Spallation  is  an  important  damage  and  failure  mechanism  produced  by  the  interactions  of
decompression waves from the material interfaces, and is mesoscopically attributed to the nucleation, growth
and coalescence of microdamages (microvoids and microcracks). Based on the works of Grady, Curran and
Johnson,  who  respectively  won  George  E.  Duvall  Shock  Compression  Science  Award  of  the  American
Physical  Society  in  2007,  2009  and  2011,  this  paper  gives  a  review  of  the  progress  and  brief  history  for
dynamic  material  spall.  Further  physical  insights  may  be  obtained  based  on  those  known physical  models
and  experimental  techniques  for  dynamic  material  spallation.  In  the  meantime,  some  valuable  results
obtained are presented as follows. (1) Experimental technique of double layer targets, used to freeze the state
of spall damage, is based on the same basic physical principle of Hopkinson pressure bar. (2) The nucleation,
growth  to  fragmentation  (NAG/FRAG)  model,  which  is  mathematically  inconsistent  and  physically
incomplete,  is  modified  by  inheriting  the  same  size  exponential  distribution  and  nucleation  rate  from  the
original model by assuming the growth rate of microvoid’s radius proportional to the microvoid’s radius for
ductile  spall.  A  modified  nucleation  and  growth  (MNAG)  model  is  obtained.  The  MNAG  model  is
mathematically consistent and physically closed, and owns an analytical damage evolution equation. (3) It is
pointed  out  that  the  damage  can  usually  be  obtained  from  the  equation  of  microdamage’s  number  for
Lagrangian formulation rather than from the equation for Eulerian formulation presented by Bai Yilong et al.
(4) The damage function model or the Feng-Jiapo model is derived by a simpler way.
Keywords:  spall  damage；spall  strength；double target  technique for  spallation；NAG/FRAG model；
Carroll-Holt-Johnson model；Gurson model；Grady model；Feng-Jiapo model
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烧结钕铁硼的层裂强度及断裂机理

万    印，王焕然，初广香，任春影
（宁波大学冲击与安全工程教育部重点实验室，浙江 宁波　315211）

摘要：利用一级气体炮对烧结钕铁硼（Nd-Fe-B）永磁材料进行平板撞击实验，实现一维应

变下的层裂；采用激光干涉测速技术，测量样品自由面粒子速度历史，确定了冲击压缩后层裂强

度与加载应力的关系。结果表明：加载应力在 0.375～2.512 GPa 范围内时，层裂强度随着加载

应力的增加先增加后减小，存在一个阈值，当加载应力超过该阈值时，材料发生压缩损伤，层裂

强度随之减小。通过扫描电子显微镜观察样品断口形貌，发现在冲击载荷下烧结钕铁硼出现明

显的穿晶断裂。

关键词：烧结钕铁硼；层裂强度；断裂机理；穿晶断裂

中图分类号：O347.1; TM273                      文献标识码：A

烧结钕铁硼永磁材料具有优越的磁性能，广泛应用于诸多领域，如航空航天、机械加工、电子计算

机等。其中基于 Nd2Fe14B 合金的爆炸驱动脉冲电源被认为是最有效的紧凑型脉冲电源[1]。对于烧结钕

铁硼永磁材料，人们关注的重点是其磁性能，对其力学性能的研究则相对较少，尤其是动态力学性能。

然而，在现代精密仪器中经常用到烧结钕铁硼，如汽车、导弹制导、国防通讯设备，这些仪器在使用过

程中常常承受外力作用，要求其具有一定的抗冲击性能，因此研究烧结钕铁硼在冲击压缩下的动态行

为和断裂机理具有很高的学术意义和应用价值。李岩峰等[2] 在一级轻气炮系统中对 Nd-Fe-B 磁体进行

了冲击压缩实验，研究了退磁现象；李巧燕等[3] 采用二级轻气炮，测量了钕铁硼永磁体在 19～78 GPa 压

力范围内的冲击压缩特性。

本课题组在前期工作中利用 MTS 万能试验机和分离式霍普金森压杆（Split Hopkinson Pressure
Bar，SHPB）研究了烧结钕铁硼在准静态下的抗弯强度和弹性模量 [4] 以及在单轴压缩下的动态断裂 [5]；

此外还开展了动态巴西圆盘试验 [6]，研究了烧结钕铁硼的断裂过程，根据弹性理论得到了其拉伸强度，

并利用扫描电子显微镜（Scanning Electron Microscope，SEM）观察其微观结构。本研究将利用一级气体

炮开展烧结钕铁硼在高应变率、一维平面冲击加载下的层裂实验，利用激光干涉测速技术 VISAR
（Velocity Interferometer System for Any Reflector）测量自由面粒子速度历史，确定其层裂行为，最后利用

SEM 观察断口微观形貌，分析烧结钕铁硼在冲击波作用下的断裂机理。

1    实验方案和原理

采用宁波大学的一级气体炮进行冲击加载实验，图 1 为实验装置示意图。采用铝制弹托驱动飞

片，飞片采用有机玻璃（PMMA）和铝合金（LY12）两种材料，直径均为 42.5 mm。通过改变弹丸的速度

和飞片的材质，实现较大范围的加载应力。利用测速探针测量飞片的撞击速度，利用 VISAR 测量样品

自由面粒子速度历史。

层裂是材料的一种动态失效形式，是由稀疏（膨胀）波相互作用产生拉应力而形成的 [7]。层裂原理
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如图 2 所示。飞片以速度 V 撞击样品，在飞片和

样品内产生冲击压缩波；压缩波到达飞片和样品

自由面时反射稀疏波，随后稀疏波在样品内相

遇，相互作用产生拉伸应力；当拉伸应力超过材

料的强度极限时，样品发生破坏，即发生层裂；层

裂形成后，从新产生的自由面上反射稀疏波，使

拉伸应力降低；当稀疏波到达样品自由面时，下

降的自由面粒子速度曲线立即回跳，这便是发生

层裂行为的信号。根据带有层裂信号的自由面

速度曲线，通过（1）式确定样品的层裂强度 [8]，即 

σsp =
1
2
ρ0cL(uf,max−uf,min) (1)

σsp

ρ0

式中：uf, max 和 uf, min 是出现第 1 次回跳信号前自

由面粒子速度的最大值和最小值， 为层裂强

度， 为样品的初始密度，cL 为样品的弹性纵波

声速。

实验材料采用牌号为 N42 的烧结钕铁硼块

状磁体，由宁波市三环钕铁硼磁业有限公司提

供，采用未充磁的粉末冶金方法制备。通过电火

ρ0

ν

花线切割方式，加工成直径为 40 mm、厚度为 4 mm 的圆形样品，样品的厚度方向即磁化方向，也是冲击

压缩方向，最后利用砂纸对样品表面进行打磨抛光。烧结钕铁硼的实测平均密度 为 7.544 g/cm3，泊松

比  取 0.24，弹性模量 E 为 155 GPa，根据 

cL =

[
1− ν

(1+ ν)(1−2ν)
E
ρ0

]1/2
(2)

c0i λi ρ0i

可得一维应变下钕铁硼样品的弹性纵波声速

cL=4.921 km/s[7]。表 1 列出了两种飞片材料参数，

其中 、 为 Hugoniot 关系常数， 为飞片的初

始密度。

2    实验结果与分析

σ烧结钕铁硼样品的层裂实验结果如表 2 所示，其中加载应力 根据飞片和样品碰撞时的动量守恒

及冲击界面上连续性条件计算得到。计算时，飞片采用流体力学模型，烧结钕铁硼样品采用线弹性

模型[10]。 

σi = ρ0i(c0i+λiui)ui (3)
 

σs = ρ0scLus (4)
 

σs = σi = σ, us+ui = V (5)

ρ0式中：u 为粒子速度，V 为飞片撞击速度， 为初始密度，下标 i 和 s 分别表示飞片和样品。

由自由面速度 uf 可以得到粒子速度，按忽略熵增的方法处理，则有[11]
 

uf = u+ur ≈ 2u (6)

ur式中： 表示由中心稀疏波引起的附加质点速度。

层裂实验实测样品的自由面速度剖面如图 3 所示。可以看出，烧结钕铁硼在飞片撞击下发生了层

裂破坏，所有实测曲线均有明显的层裂信号，如图 3 中黑色箭头所示。在冲击载荷下烧结钕铁硼的层

表 1    飞片材料的 Hugoniot 参数[9]

Table 1    Hugoniot parameters of flyers[9]

Material ρ0i/(g · cm−3) c0i/(km · s−1) λi

PMMA 1.186 2.65 1.54

LY12 2.784 5.37 1.29

Aluminium sabot

Barrel

Projectile plate

Velocity pins

VISAR

Steel holder

 

图 1    实验装置示意图

Fig. 1    Schematic of experimental setup

Flyer Specimen

V

t t
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Spall
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R

S
S

O Ox u
 

图 2    层裂原理示意图

Fig. 2    Schematic illustration of spall process
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裂强度与加载应力的关系如图 4 所示。可见：层裂强度随着加载应力的增加先增大后减小；存在一个

明显的临界应力，约为 1.7 GPa，当加载应力超过该临界应力时，材料的层裂强度就会减小。该临界应

力值同时反映了冲击载荷下材料是否发生压缩损伤，如图 3 中 06 号实验所测自由面速度曲线所示，在

速度上升过程中，接近峰值时速度突然变缓，说明材料在压缩过程中发生压缩损伤，材料开始由弹性向

非弹性转化，导致材料的层裂强度减小。

通过 SEM 对冲击压缩实验后烧结钕铁硼样品的断口进行观察，如图 5 所示，可见晶粒表面非常光

滑，断口比较平整，表现出脆性断裂的明显特征。另外，从图 5（b）中可以看出，微裂纹处有明显的穿晶

断裂。

表 2    烧结钕铁硼层裂实验参数和结果

Table 2    Parameters and results of spall experiments for Nd-Fe-B

Exp. No. Material of flyer Thickness of flyer/mm V/(m·s–1) Thickness of sample/mm σ/GPa σsp/GPa

01 PMMA 1.17 122.67 3.99 0.375 0.209

02 PMMA 1.16 173.99 3.99 0.550 0.249

03 PMMA 1.17 230.72 3.96 0.739 0.263

04 LY12 2.28 146.33 3.95 1.591 0.274

05 LY12 2.33 161.90 3.90 1.737 0.313

06 LY12 2.28 190.89 3.94 2.092 0.251

07 LY12 2.34 230.73 3.95 2.512 0.224

0 0.5 1.0 1.5
0

40

80

120

160

uf, min

uf, max

u f
/(m

·s
−1

)

Time/µs

Exp. 03
Exp. 04
Exp. 06

Spall

 

图 3    层裂实验样品的自由面速度剖面

Fig. 3    Free surface velocity profile of the sample
in the spall experiment
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图 4    层裂强度与加载应力的关系

Fig. 4    The relationship between spall strength
and impact stress

Microcrack
Microcrack Microcrack

(a) (b)

图 5    断口的 SEM 图像

Fig. 5    SEM images of the fractured surface
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对比之前工作中烧结钕铁硼的断口形貌发现，在准静态下的三点弯曲实验中烧结钕铁硼主要是沿

晶断裂[4]，在动态巴西圆盘试验中出现穿晶断裂现象[6]，而本实验中在微裂纹处出现多处穿晶断裂。准

静态压缩下断口表面极不平整，充满了尖锐的边缘，这是由于晶界的强度较弱，裂纹沿着晶粒边界传

播，说明在低加载速率下沿晶断裂在材料失效过程中占主导地位。随着加载速率的升高，穿晶断裂越

来越明显，说明当加载速率小于某个临界值时，微裂纹沿晶界传播，导致断口不均匀，即沿晶断裂；当加

载速率大于某个临界值时，由于裂纹尖端附近释放的应变能显著增大，导致其前面的单个晶粒分裂，这

时断口非常平整、光滑，即穿晶断裂。因此，冲击波加载下烧结钕铁硼的失效过程是由两者共同控制下

的沿晶断裂和穿晶断裂。

3    结　论

在一级气体炮平面冲击压缩实验中，采用 VISAR 测量了烧结钕铁硼样品在冲击载荷下的自由面

速度历史，得到了烧结钕铁硼在 0.375～2.512 GPa 范围内的层裂强度；分析了层裂强度与加载应力的关

系，发现存在一个临界应力阈值（约 1.7 GPa），当加载应力大于该阈值时，材料发生压缩损伤，导致烧结

钕铁硼的层裂强度减小。观察烧结钕铁硼断口微观形貌发现，冲击波加载下烧结钕铁硼有明显的穿晶

断裂，失效过程由沿晶断裂和穿晶断裂共同控制，而在准静态下则由沿晶断裂控制。研究结果有助于

进一步了解烧结钕铁硼在冲击加载下的损伤和破坏。
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Spall Strength and Fracture Mechanism of Sintered Nd-Fe-B

WAN Yin, WANG Huanran, CHU Guangxiang, REN Chunying

（Key Laboratory of Impact and Engineering of Ministry of Education, Ningbo University, Ningbo 315211, China）

Abstract:  The plate impact experiment was carried out through use of one-stage gas gun platform to study
the spall of sintered Nd-Fe-B magnet subjected to one-dimensional loading. The free-surface velocity profile
was  measured  using  fiber  velocity  interferometer  system  for  any  reflector,  and  the  spall  strength  was
determined.  The main results  show that  spall  strength increases and then decreases when the impact  stress
increases  from  0.377  GPa  to  2.512  GPa.  The  reason  is  attributed  to  compression  damage  of  the  material
when the impacted stress exceeds a stress threshold. Furthermore, the fractured morphology of sinter Nd-Fe-B
was analyzed by scanning electron microscopy and the transgranular fracture was observed.
Keywords:  sintered Nd-Fe-B；spall strength；fracture mechanism；transgranular fracture
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飞秒激光烧蚀典型金属表面产生冲击波膨胀研究

魏    健1，张    彬1，刘    晖2，张    航3

（1. 四川大学电子信息学院，四川 成都　610065；

2. 西安工程大学机电工程学院，陕西 西安　710048；

3. 中国工程物理研究院流体物理研究所，四川 绵阳　621999）

摘要：利用时间分辨阴影成像技术进行飞秒激光烧蚀金属表面研究可以直观获取飞秒激光

烧蚀金属表面产生冲击波膨胀过程的图像。通过对比飞秒激光烧蚀金属铝、铜、铁靶表面的冲

击波膨胀形式发现：金属铜、铁表面的冲击波均以球面波形式传播；由于受到烧蚀物质喷溅的影

响，铝靶表面竖直方向的冲击波传播形式由球面波转化为柱面波。

关键词：飞秒激光；冲击波；超快阴影成像；金属烧蚀

中图分类号：O347.5                      文献标识码：A

激光技术是 20 世纪的重大发明之一，以激光技术为基础的相关产业随之蓬勃发展起来，为工业制

造、生物医学、航空航天以及国防科技等重要领域注入新的活力。激光加工是国家可持续发展战略相

关产业的重要支撑技术之一，涉及新材料开发、新工艺研制、智能制造等。利用激光的高强度能量，可

以实现多种材料的熔覆、焊接、切割和表面改性。飞秒激光因具有超快时间特性和超强峰值功率的特

点，在激光加工技术领域凸显出独特的优势，例如局部聚焦特性、多光子非线性和超精细加工。

飞秒激光烧蚀金属是激光加工技术领域的一个重要研究方向，因其涉及等离子体形成、冲击波演

化以及双温度模型等机理，成为国内外多个研究团队的关注热点，特别是对多种在线观测技术的发展

和直接获取飞秒激光烧蚀金属的超快过程的研究，极大促进了飞秒激光烧蚀金属技术的进一步发展。

1996 年，英国埃塞克斯大学 Evans 等[1] 进行了飞秒激光烧蚀金属铝驱动冲击波研究，测得约 1014 W/cm2

激光能量下的冲击压力。2000 年，美国洛斯阿拉莫斯国家实验室的 Gahagan 等[2] 利用飞秒激光烧蚀金

属薄膜，并结合频域测速技术，获得了自由面粒子速度和冲击波速度。基于飞秒激光泵浦探测原理发

展的时间分辨阴影成像技术具有同步性好、时间分辨率高和操作简易等优点，成为国内外激光烧蚀领

域研究飞秒激光烧蚀金属超快动力学过程的强有力工具。2014 年，Connell 等[3] 利用时间分辨阴影成像

技术观察飞秒激光烧蚀金膜产生等离子体膨胀和原子气快速蒸发的过程。美国普渡大学 Zhao 等 [4]

开展了金属铜靶的飞秒激光烧蚀实验，观测到铜靶表面随时间延迟变化的等离子体羽辉。南开大学

Zhang 等[5–6] 研究了飞秒激光烧蚀铝靶的超快过程，利用相爆原理进行飞秒激光作用于金属铝的物理机

制解释，并进行了不同大气压力下飞秒激光烧蚀金属铝靶的实验研究，验证了烧蚀冲击波产生与周围

气压的关系。不仅如此，2013 年该团队还提出了飞秒激光烧蚀金属铝、铜靶的冲击温度研究模型 [7]。

2014 年，上海交通大学 Li 等 [8] 研究飞秒激光作用于铝靶表面时的瞬态强电场，提出了“三层”模型，为

超快电子衍射技术奠定了基础。金属材料在飞秒激光作用下的多种理论研究模型也被提出，包括电子

输运性质[9]、表面热特性[10] 等。作为典型金属材料的代表，铝靶的飞秒激光烧蚀研究已经比较充分，而

常见的金属材料，如铜、铁的飞秒激光烧蚀研究相对较少。
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本研究通过建立时间分辨阴影成像平台，获得飞秒激光烧蚀金属铝、铜、铁 3 种金属表面产生的

冲击波、物质喷溅等物理图像，结合冲击波传播模型分析 3 种金属表面的冲击波传播方式，解释冲击波

传播方式存在差异的原因，并获得不同能量密度的飞秒激光烧蚀下铝靶表面的冲击波膨胀、物质喷溅

图像，掌握飞秒激光烧蚀铝靶的能量密度调控规律。

1    实验装置

基于飞秒激光抽运-探测原理的超快阴影成像系统原理如图 1 所示。飞秒激光器（型号：Legend
Elite，Coherent）出射的飞秒激光（脉宽 130 fs，中心波长 800 nm，重复频率 1 kHz）由分束镜（1∶1）分成两

束。其中一束作为泵浦光，通过延迟线后引入显微镜系统，并由 10 倍物镜（NA=0.25）聚焦。实验中，调

整样品台高度，使抽运光（烧蚀光）的几何焦点进入金属表面以下约 0.5 mm 处；另一束飞秒激光作为探

测光（照明光），通过一块厚度为 1 mm 的倍频晶体将波长倍频至 400 nm，从侧面照射泵浦光烧蚀石英玻

璃区域。增强电荷耦合相机（ICCD，型号：Dicam Pro，PCO）的最短曝光时间为 2 ns，因此采集的图像具

有极高的信噪比。实验中将 ICCD 的曝光时间控制为 0.999 ms，一方面可以使每次 ICCD 打开后只拍摄

一幅飞秒激光脉冲作用的图像，另一方面可以增大采集到图像的机率。利用延时触发器（DG535）连接

飞秒激光器和 ICCD，对飞秒激光脉冲输出和图像采集进行同步性控制。每触发一次 DG535，飞秒激光

器即发射一个飞秒脉冲，ICCD 就获得一幅阴影成像图；然后通过放置样品的三维移动台，更换新的烧

蚀位置；再根据实验要求，延长或缩短时间延迟线，即设定烧蚀激光脉冲与照明激光脉冲之间的时间延

迟；最后再次操作 DG535 触发飞秒激光器发射一个飞秒激光脉冲，同时通过 ICCD 拍摄图像。如此重

复，通过将 ICCD 获得的阴影成像图按时间延迟

顺序从短至长排列，即可以获得飞秒激光烧蚀材

料的连续过程。如果设置时间延迟为纳秒时间

尺度，且时间分辨率优于皮秒量级，那么通过这

些阴影成像图组成的过程将是飞秒激光烧蚀材

料的超快成像过程。实验中，固定烧蚀飞秒激光

功率为 5 mW，对应的烧蚀能量密度约 1.6 J/cm2。

该超快成像系统的时间分辨率取决于飞秒激光

脉宽和延迟线的精度，优于 0.3 ps。实验选择

Al、Cu 和 Fe 共 3 种金属样品，尺寸均为 20 mm×
0.5 mm×10 mm（对应图 1 中 x、y、z 方向），激光烧

蚀表面平行于 xy 平面。

2    飞秒激光烧蚀金属表面冲击波膨胀研究

2.1    飞秒激光烧蚀金属铝表面冲击波膨胀过程

以金属铝为实验样品，在飞秒激光烧蚀金属铝表面获得的冲击波演化图像如图 2 所示。通过图 2
可以看出，在烧蚀的初始阶段（0～0.3 ns），金属铝表面产生黑色稠密等离子体团，随着时间延迟的增加

逐渐膨胀。与飞秒激光烧蚀其他固体材料[11–12] 类似，首先由金属中的自由电子吸收飞秒激光能量产生

高频振动，振动产生的能量通过声子弛豫传递给晶格，进一步产生相爆和等离子云团。稠密等离子体

在 ICCD 中呈黑色阴影的主要原因是稠密等离子体内包含大量的电子、原子、离子等粒子对照明光形

成吸收和散射。当时间延迟逐渐增加至 0.5 ns，稠密等离子团逐渐变得稀疏、透明，说明稠密等离子体

在这个时间尺度开始慢慢弛豫，向外挤压周围空气，形成半圆冲击波轮廓，向内稠密等离子膨胀挤压

Al 晶格，并将能量传输至晶格中。时间延迟为 0.7～1.5 ns 阶段，半圆形冲击波继续向外膨胀。冲击波

轮廓分两层：内层呈黑色，外层呈高度透明。说明冲击波内层可能含有电子、离子等，密度高；外层与

周围空气进行充分的能量交换，从而逐渐冷却，密度降低。在此阶段，向内挤压晶格的等离子体膨胀过

Femtosecond laser
130 fs, 800 nm, 1 kHz

DG535
Time delay

Beam splitter Mirror

ICCD
Sample

BBO Filter Telescope
yx

z

 

图 1    时间分辨阴影成像系统实验装置

Fig. 1    Experimental setup of time-resolved
shadowgraph imaging system
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程达到极限，无法进一步向铝靶内部传输，而铝靶内部开始逐渐出现反作用力，方向与激光传输方向相

反。时间延迟 2.5 ns 后，冲击波继续向外膨胀，此时铝表面开始出现喷射物，并随着时间延迟增加，喷射

物逐渐增多，说明铝靶内部晶格的反作用力正推动烧蚀点的物质向外喷出。由于时间延迟较短，烧蚀

点区域的能量还不能及时向周围传递，因此喷溅物的温度依然较高，且包含铝碎屑、铝原子、铝离子及

电子等物质。时间延迟为 3.5 ns 时，可以在喷溅物的表面呈现另一个冲击波轮廓，该冲击波主要是由于

喷溅物的温度较高，喷射时再次挤压周围空气所致。初步观察，第一个冲击波呈现半圆形，而由喷溅物

所致的冲击波轮廓呈现椭圆形，沿激光传输方向的半径略大。

2.2    飞秒激光烧蚀金属铜、铁表面冲击波膨胀过程

与飞秒激光烧蚀金属铝的实验条件相同，将铝样品更换为铜样品，观察铜靶烧蚀的冲击波，结果如

图 3 所示。烧蚀前两阶段的现象与铝一致：在烧蚀的初始阶段（0～0.3 ns），在铜表面观察到半圆形黑色

稠密等离子团；时间延迟 0.5～1.5 ns 阶段，同样包含半圆形冲击波的膨胀与表面附近的等离子体扩

散。不同的是在 2.5 ns 以后，金属铜表面几乎观测不到碎屑飞溅，所以也未观测到二次冲击波的产生。

图 4 所示为飞秒激光烧蚀金属铁的表面冲击波演化图像。金属铁靶表面冲击波与金属铜表面冲击

波演化现象极为相似：可以分为表面稠密等离子体膨胀、冲击波膨胀等阶段，但也未观测到碎屑飞溅过程。

40 μm

Air

A1

0.1 ns 0.3 ns 0.5 ns 0.7 ns

3.5 ns2.5 ns1.5 ns1.0 ns

图 2    飞秒激光烧蚀金属 Al 表面产生冲击波膨胀成像

Fig. 2    Time-resolved shadowgraph imaging of ultrafast shockwave evolution induced by femtosecond laser ablating on Al target
 

40 μm

Air

Cu

0.1 ns 0.3 ns 0.5 ns 0.7 ns

3.5 ns2.5 ns1.5 ns1.0 ns

图 3    飞秒激光烧蚀金属 Cu 表面冲击波膨胀成像

Fig. 3    Time-resolved shadowgraph imaging of ultrafast shockwave evolution induced by femtosecond laser ablating on Cu target
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2.3    飞秒激光烧蚀金属表面冲击波膨胀动力学分析

飞秒激光烧蚀 3 种金属产生冲击波的动力学分析主要依据 Sedov-Taylor 理论[13]
 

R = λ
(

E
ρ

)1/(2+β)

t2/(2+β) (1)

λ ρ

β β β

式中：R 为冲击波传播距离； 为常数，近似为 1；E 为冲击波释放能量； 为空气密度； t 为时间延迟；

=3 时冲击波为球面波传播， =2 时冲击波为柱面波传播， =1 时冲击波为平面波传播。通过（1）式对

冲击波轮廓随时间变化数据进行拟合，可以对照 Sedov-Taylor 理论辨别冲击波的类型。

β

β β β

图 5 所示为金属铝、铜、铁在水平（R）和竖直（L）方向的冲击波传播距离随时间延迟的动力学过

程。在实验延时 0.3～3.5 ns 内，金属铝、铜、铁在 R 方向的冲击波平均传播速度分别为 15.8、13.4 和

14.2 km/s；金属铝、铜、铁在 L 方向上的冲击波平均传播速度分别为 23.1、15.3 和 15.0 km/s。由图 5（a）可见，

铝、铜、铁 3 种金属 R 方向上冲击波数据拟合斜率分别为 0.38、0.36 和 0.38，接近 0.4，对应 Sedov-Taylor
理论中的 =3，因此在 R 方向冲击波为球面波传输；而在 L 方向，铝、铜、铁 3 种金属的冲击波数据拟合

斜率分别为 0.46、0.41 和 0.42，分别对应 Sedov-Taylor 理论中的 =2、 =3 和 =3，如图 5（b）所示。3 种金

属表面冲击波传播数据在 L 方向拟合的斜率均大于 R 方向，说明 L 方向的传输动力学过程与 R 方向存

在差异。其中，铝表面 L 方向的冲击波传播形式逐渐接近柱面波，这主要是因为当飞秒激光烧蚀铝表

面时，后续阶段有稠密等离子体飞溅出来，形成对冲击波内沿的二次挤压，即喷溅物质对冲击波内沿挤

40 μm

Air

Fe

0.1 ns 0.3 ns 0.5 ns 0.7 ns

3.5 ns2.5 ns1.5 ns1.0 ns

图 4    飞秒激光烧蚀金属 Fe 表面冲击波膨胀成像

Fig. 4    Time-resolved shadowgraph imaging of ultrafast shockwave evolution induced by femtosecond laser ablating on Fe target
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(a) Shockwave expansion on R direction

图 5    飞秒激光烧蚀 Al、Cu 和 Fe 金属表面冲击波膨胀动力学分析

Fig. 5    Ultrafast dynamics of shockwave induced by femtosecond laser ablation on metal surface of Al, Cu and Fe
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压过程中，将能量传递至冲击波前沿，加速了冲击波前沿的传输。而在铜和铁中，由于物质喷射较少，

因此对冲击波内沿挤压较小，冲击波传播不受物质喷射的影响，依然以球面波形式传播，物质的喷射量

可以通过比较图 2 和图 3 中 3.5 ns 对应图像看出。由于物质喷射主要在垂直于金属表面的方向，因此

R 方向的冲击波传播特性不受物质喷射过程的影响。

3    飞秒激光能量密度对金属烧蚀现象的影响

为研究不同烧蚀能量密度下冲击波的膨胀过程，选择铝作为实验对象，将烧蚀飞秒激光的能量密

度分别调整为 1.2、1.6 和 2.3 J/cm2，得到不同烧蚀能量密度下的冲击波演化，如图 6 所示。虽然烧蚀能

量密度大小有差异，但烧蚀过程中的变化趋势保持一致：初始阶段为稠密等离子体膨胀，中期为冲击波

膨胀，几纳秒后发生碎屑飞溅。但是，在相同时间延迟下，不同烧蚀能量密度的具体烧蚀现象不同。

0.2 ns 延迟时：烧蚀能量密度为 1.2 J/cm2 时，只能在铝表面观察到稠密等离子体的微微凸起；烧蚀能量

密度增长到 1.6 J/cm2 后，烧蚀区域增大，稠密等离子表面产生冲击波；在 2.3 J/cm2 烧蚀能量密度下，烧

蚀区域进一步增大，稠密等离子体与冲击波分离距离更大。这说明：较高的烧蚀能量密度对冲击波的

产生有推动作用；随着时间延迟的延长，高能量密度下的冲击波轮廓明显大于低能量密度下的冲击波

轮廓；在 3.5 ns 后，高能量密度烧蚀下的碎屑飞溅程度明显高于低能量密度下的碎屑飞溅程度，说明在

高能量密度下，金属铝中的电子获得激光的能量较多，形成等离子体的浓度高，并且对铝晶格的挤压强

度大，从而产生了大量的碎屑飞溅。

4    结　论

（1）建立了时间分辨阴影成像系统，通过该系统直观获取飞秒激光烧蚀金属铝、铜、铁表面的冲击

波膨胀和物质喷射过程图像，掌握了飞秒激光烧蚀加工材料的原位观察和诊断能力。

（2）在 1.6 J/cm2 能量密度下，飞秒激光烧蚀金属铝、铜、铁 3 种金属表面冲击波传输速度可达 104 m/s
量级。通过 Sedov-Taylor 理论分析 3 种金属表面冲击波的传输形式发现，在铜、铁表面的冲击波以球面

波形式传播，而在铝表面竖直方向上冲击波接近柱面波形式传播。分析认为，导致不同金属表面冲击

波传播形式差异的主要原因是铝表面竖直方向上有大量物质喷射。

0.2 ns

1.0 ns

3.5 ns

1.2 J/cm2 1.6 J/cm2 2.3 J/cm2

40 μm

Air

Al

图 6    不同能量密度飞秒激光烧蚀 Al 表面的冲击波膨胀成像

Fig. 6    Ultrafast shock wave expansion on Al surface under femtosecond ablating with different pulse energy
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（3）研究不同能量密度飞秒激光烧蚀铝的图像发现，高能量密度的飞秒激光烧蚀可以大幅推动冲

击波的膨胀过程。
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Shockwave Expansion on Typical Metal Surface Ablated by Femtosecond Laser

WEI Jian1, ZHANG Bin1, LIU Hui2, ZHANG Hang3

（1. College of Electronics and Information Engineering, Sichuan University, Chengdu 610065, China;

2. School of Mechanical and Electrical Engineering, Xi’an Polytechnic University, Xi’an 710048, China;

3. Institute of Fluid Physics, CAEP, Mianyang 621999, China）

Abstract:  Shadowgraphs of shockwave expansion could be directly obtained by time-resolved shadowgraph
imaging system when femtosecond ablating metal surface. The shock wave expansion on Cu and Fe surface
obeys spherical propagation compared with that on Al target. Due to the influence of material ejection, the
shockwave expansion on Al surface changes from spherical propagation to cylindrical propagation.
Keywords:  femtosecond laser；shock wave；ultrafast shadowgraph imaging；metal ablation
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压剪载荷作用下 TB6 钛合金的动态力学性能

邹学韬，张晓晴，姚小虎
（华南理工大学土木与交通学院，广东 广州　510641）

摘要：钛合金以其轻质高强的优异力学性能被广泛应用于航空航天领域。使用 Instron 万

能材料试验机和分离式霍普金森压杆，对 TB6 钛合金进行准静态和动态力学性能实验，得到了

压缩、拉伸和压剪载荷作用下 TB6 钛合金的准静态和动态应力-应变曲线，构建了单轴压缩和纯

剪切两种应力状态下的 Johnson-Cook 动态本构模型。结果表明，TB6 钛合金的屈服应力表现

出明显的拉压不对称性、应变率强化和热软化效应。使用拉压不对称因子，修正了 von Mises 屈

服准则，修正的屈服准则可很好地预测 TB6 钛合金的准静态和动态屈服行为。

关键词：TB6 钛合金；压剪载荷；分离式霍普金森压杆；动态力学性能；本构模型

中图分类号：O347.3                      文献标识码：A

TB6 钛合金是我国在美国 Ti-1023 钛合金（Ti-10V-2Fe-3Al）基础上自主开发的一种高强韧近 β 型合

金，既有诸多亚稳 β 钛合金的优点，又有 (α+β) 两相钛合金的固有特性，具有比强度高、断裂韧性好、淬

透截面大、各向异性小、锻造温度低、抗应力腐蚀能力强等优点 [1]，广泛应用于航空航天飞行器结构

中。航空航天飞行器工作时处于高速状态，受力复杂，且面临鸟撞等高速冲击的威胁，因此有必要研究

其在压剪等复杂应力状态下的动态力学行为。

近年来，众多学者对 TB6 钛合金的本构关系开展了研究，加深了对其力学行为的理解。吴琳等 [2]

基于参数逐步回归法建立了 TB6 钛合金在不同温度范围的 Arrhenius 幂函数型本构关系。雷力明等 [3]

通过研究铸态 TB6 钛合金的高温热变形行为，建立了考虑应变的流变应力影响的 Arrhenius 双曲正弦

型本构关系。段园培等[4] 基于摩擦修正了 TB6 钛合金流变应力曲线，建立了 Arrhenius 双曲正弦型热流

变本构关系。Wu 等 [5] 通过研究 TB6 钛合金在超高周疲劳状态下的 S-N 曲线和微观裂纹，揭示了应变

比和应力水平对 S-N 曲线和裂纹萌生机制的影响。Li 等[6] 通过显微压痕试验，研究了 TB6 钛合金的弹

性模量、显微硬度等力学参数，并采用幂函数型应力-应变方程建立了微压痕塑性本构关系。当前关于

TB6 钛合金的研究主要集中在高温环境下低应变率压缩加载的热流变应力-应变关系和疲劳性能，缺少

高应变率以及压剪等复杂应力状态下的本构关系和屈服准则研究。

本工作通过准静态和霍普金森压杆（Split Hopkinson Pressure Bar, SHPB）实验，研究 TB6 钛合金在

压剪复杂应力状态下的动态力学性能，通过分析其力学性能的应变率相关性，建立高应变率范围的

Johnson-Cook 本构模型，最后通过引入拉压不对称因子修正 von Mises 屈服准则，得到一种适用于描述

TB6 钛合金高应变率屈服行为的修正屈服准则。

1    实验方法

为探讨不同应力状态下 TB6 钛合金的准静态和动态力学性能，分别对圆柱压缩试样、压剪试样

（SCS）[7]（开槽角度 15°、30°和 45°）和帽型纯剪切试样开展准静态和 SHPB 动态实验。试样材料为冷轧
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退火 TB6 钛合金板材，使用线切割和 CNC雕刻机加工成圆柱压缩试样、压剪试样和帽型纯剪切试样，

如图 1 所示。在本实验中，压剪试件的尺寸为：截面直径 d 为 4 mm，H 为 1.25 mm，斜槽厚度 T 为 2 mm；

帽型纯剪切试样的尺寸为：w1=4.00 mm，w2=4.10 mm，h=2.00 mm，试样的厚度 δ=5.00 mm。

1.1    试样准备及受力状态分析

Rittel 等 [7] 对圆柱试样加工不同角度的斜槽，实现金属材料大应变范围的压剪应力加载。Jin 等 [9]

分析了压剪试样的应力状态，如图 1（a）所示。将内力沿斜槽分解成正应力和剪应力，得到正应力和剪

应力的表达式 

σ = FUTMcos2α/(dT ) (1)
 

τ = FUTM cosαsinα/(dT ) (2)

式中：FUTM 为压缩载荷，σ 和 τ 分别为正应力和剪应力，d 为截面直径，T 为斜槽厚度，α 为斜槽角度。与

应力相同，将位移沿斜槽分解，得到正应变和剪应变的表达式 

εn = ∆Dcos2α/H (3)
 

γ = ∆Dcosαsinα/H (4)

εn γ式中： 和 分别为正应变和剪应变，ΔD 为试样压缩位移。

帽型纯剪切试样如图 1（b）所示。受帽型纯剪切试样在加载过程中的几何特征和结构变形的影响，

剪切应力区的应力状态并不是理想的纯剪切状态，剪切区应力状态如图 1（b）右图所示。周刚毅等[8] 研

究发现，实验设计时帽型试样满足平面应变条件，当受迫剪切区受剪方向接近最大剪切方向时，可以认

为该帽型试样在加载过程中近似处于平面纯剪切状态。

剪切区剪应力和剪应变为 

τ = FUTM/A = FUTM/(2δh) (5)
 

(a) Shear-compression specimen and its state

(b) Cap-type specimen and its state[8]
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图 1    压剪试件和帽型试件的应力状态

Fig. 1    Stress of shear-compression and cap-type specimens
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γ = ∆θ ≈ tanθ = ∆D/∆w (6)

式中：A 为剪切区的剪切面积，δ 为帽型试样厚度，h 为设计剪切区高度，Δw 为剪切变形区宽度。

1.2    SHPB 动态实验
SHPB 通过调整入射波形实现材料的恒应变率动态加载，广泛应用于金属、陶瓷、PMMA 等材料

的高应变率动态力学性能研究。SHPB 主要由空气枪、子弹、入射杆、透射杆、试样、光电测速器、超

动态应变仪、数字化存储器、吸能器等部分组成。

对于金属等塑性明显的韧性材料，根据一维应力波假定，可利用二波法 [10] 得到试样两端的动态压

缩载荷 FUTM(t) 和压缩位移 ΔD(t) 

FUTM(t) = EbarAbarεt(t) (7)
 

∆D(t) = −2C0

w t0

0
εr(t)dt (8)

εr εt式中： 和 分别为入射杆和透射杆上测得的反射应变和透射应变，Ebar 和 Abar 分别为杆的弹性模量和截

面面积，C0 为杆中应力波波速。

在压剪和纯剪切等复杂应力加载过程中，应变并非单向应变，因此用等效应变量化不同加载状态

的等效应变率。假设材料不可压缩，得到 Mise 等效应变和等效应变率为 

εeq =

√
2
3
εi jεi j =

√
ε2

n+
1
3
γ2 (9)

 

ε̇eq =
3εnε̇n+γγ̇√

9ε2
n+3γ2

(10)

εn γ ε̇n γ̇式中： 为正应变， 为剪应变， 为正应变率， 为剪应变率。

2    实验结果及讨论

2.1    准静态压缩实验
所有准静态压缩实验都在 Instron 万能材料试验机上进行，应变率为 0.001 s–1。为了获得压剪试样

压剪应力区和帽型纯剪切试样剪切区的应变，采用工业相机拍摄准静态压缩实验过程中试样的变形过

程，利用 GOM Correlate 软件获得试样的应变场分布。

图 2 为利用二维图像相关法（DIC-2D）得到的压剪试样压剪应力区和帽型纯剪切试样剪应力区的

准静态应变场。可见，压剪试样斜槽端部出现应变集中，而压剪应力区、纯剪切应力区的应变近似均

匀，可以对试样进行 SHPB 动态压缩实验。选取相同平面上的 3 个点，计算平均应变。对应变-时间曲线进

行线性插值，并与载荷 -时间曲线对应，得到单轴压缩、压剪、纯剪切和拉伸状态的应力 -应变关系。

准静态正应力-应变曲线如图 3 所示：准静态压缩下，TB6 钛合金的单轴压缩屈服应力为 939 MPa，
进入塑性阶段后应力强化，强度达到 1152 MPa；单轴拉伸屈服应力为 773 MPa，塑性阶段强度为 893 MPa；
准静态单轴压缩和拉伸明显出现不对称性；随着斜槽角度的增大，正应力减小。

(a) 15° (b) 30° (c) 45° (d) Pure shear

0.068 4.068 6.468 9.668 12.868 0.122 1.500 3.000 3.750 5.434
Strain/% Strain/%

图 2    试件应变云图

Fig. 2    Nephograms of strain distribution in specimens
 

   第 33 卷 邹学韬等：压剪载荷作用下TB6钛合金的动态力学性能 第 2 期      

024206-3



准静态切应力-应变曲线如图 4 所示：纯剪切加载时剪应力最大，屈服应力为 495 MPa；塑性阶段同

样出现应力强化现象，强度达到 567 MPa；斜槽角度越大，加载过程中剪切作用越强，剪应力越大。

2.2    SHPB 动态压缩实验

SHPB 动态压缩实验中，子弹、入射杆和透射杆的长度分别为 200、1200 和 1200 mm，杆和子弹的直

径均为 14 mm。采用 TB6 圆形薄片作为入射波整形片，实现试样加载过程中的变形均匀和应力平衡。

图 5 显示实验得到的典型波形。可见，单轴压缩反射波出现材料热软化效应所特有的波形，而压剪加

载的反射波未出现明显的热软化现象。

图 6 为动态单轴压缩、压剪和纯剪切 3 种应力状态下 SHPB 动态压缩实验得到的应力 -应变曲

线，其中图 6(a) 为单轴压缩应力状态下的正应力-应变曲线，图 6（b）为纯剪切应力状态下的剪应力-

应变曲线，图 6(c)、图 6(e) 和图 6（g）为不同斜槽角度压剪应力状态下的正应力 -应变曲线，图 6（d）、

图 6(f) 和图 6（h）为不同斜槽角度剪切试样的剪应力-应变曲线。3 种应力状态的正应力具有明显的

应变率相关性，屈服强度随应变率的升高而增加。由图 6（a）可知，高应变率单轴压缩加载下，材料

进入塑性阶段后，应力首先开始强化，随着应变增加，绝热温升引起的热软化效应使材料强度下降，并保持

应力平台。对比不同斜槽角度的正应力 -应变曲线和剪应力 -应变曲线可知，随着斜槽角度的增大，

正应力分量的屈服强度减小，而剪应力分量的屈服强度增大，说明通过改变斜槽角度可以改变试样

的应力状态。
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3    本构模型

3.1    Johnson-Cook 本构模型

工程上常用热 -黏塑性本构模型描述金属材料的动态力学响应，常见的热 -黏塑性本构模型有

Zerrilli-Armstrong 模型、Johnson-Cook（J-C）模型[11] 和 Steinberg-Guinan 模型。考虑到 J-C 模型能够较好
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图 6    SHPB 动态压缩应力-应变曲线

Fig. 6    Stress-strain curves of TB6 titanium alloy under SHPB dynamic compression
 

   第 33 卷 邹学韬等：压剪载荷作用下TB6钛合金的动态力学性能 第 2 期      

024206-5



地描述材料的应变硬化、应变率强化和热软化效应，本研究采用 J-C 模型对 TB6 钛合金单轴压缩和纯

剪切动态应力-应变曲线进行拟合，其表达式为 

σ = (A+Bεn)(1+C ln ε̇∗)(1−T ∗m) (11)

ε

ε̇∗ = ε̇/ε̇0 ε̇ ε̇0

式中：σ 为塑性流变应力；A 为参考应变率下的屈服应力；B 和 n 为拟合参数； 为塑性应变；C 为应变率

敏感系数； ， 和 分别为等效应变率和参考应变率；T*=(T–T0)/(Tm–T0)，T0、T 和 Tm 分别为参考温

度、变形温度和材料的熔点，T0 和 Tm 分别取 293 K 和 1800 K。

ε̇

ε̇ ε̇

ε̇ ε̇2

单轴压缩 J-C 动态本构拟合时，以准静态应变率 =0.001 s-1 为参考应变率，A=939 MPa，拟合得到

B=326.6 MPa，n=0.24，C=–0.016 33+8.56×10– 6 。采用同样方法拟合纯剪切 J-C 本构， =0.001 s– 1，A=
495 MPa，拟合得到 B=92.5 MPa，n=0.21，C=0.0227–1.375×10–5 +2.995×10–9 。

金属材料在高应变率压缩变形过程中伴随着显著的热-力耦合效应，导致应力的热软化，在较小的

时间和空间尺度上该过程为绝热过程。准静态压缩曲线可看作等温曲线，高应变率下的动态压缩曲线

可看作绝热曲线，高应变率下的应变硬化率实际上是应变硬化率效应和绝热温升引起的热软化效应的

综合反映[12]。理论上认为，金属材料的绝热温升由塑性变形过程中的塑性功转化而成，温升 ΔT 为 

∆T = βWp/(ρcp) (12)
 

Wp =
w εp

0
σpdεp (13)

ρ式中：β 为热转化效率，一般取 0.9；Wp 为塑性功； 为材料密度，取 4.47 g/cm3；cp 为定压比热容，取

0.576 J/(g∙K)；σp 和 εp 分别为塑性应力和塑性应变。

如图 7 所示，动态加载过程中绝热温升与塑性应变近似呈线性关系，且与应变率相关。以往人们

在研究材料的温升软化时只考虑温升与应变率的关系，使得拟合 J-C 模型参数 m 时无法准确地表示屈

服应力。绝热温升曲线的拟合公式为 

单轴压缩 ∆Tuc = f (ε̇)ε = (809.95−0.49ε̇+1.823×10−4ε̇2−2.004×10−8ε̇3)ε (14)
 

纯剪切 ∆Tps = f (ε̇)ε = (112.31+0.0077ε̇−6.79×10−7ε̇2+1.326×10−9ε̇3)ε (15)

高应变率加载过程中变形温度 T 等于绝热温升 ΔT，将（14）式和（15）式代入（11）式，拟合参数 m，

取平均值。J-C 模型拟合参数列于表 1。

图 8 为不同应变率加载下单轴压缩和纯剪切 J-C 模型拟合结果与 SHPB 动态压缩实验曲线的对

比。拟合曲线很好地表现了 TB6 的初始屈服应力和应力的热软化现象，且相对偏差在 5% 以内。可以

认为，该本构模型有效地预测了 TB6 钛合金在室温下的单轴压缩和纯剪切高应变率加载。拟合得到的

完整 J-C 本构关系为
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图 7    绝热温升曲线

Fig. 7    Time history of temperature rise during adiabatic process
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σs = (939+326.6ε0.24)[1+ (−0.016 33+8.56×10−6ε̇) ln ε̇∗]
1− (

∆Tuc

1780

)0.661 18 (16)
 

τs = (495+92.5ε0.21)[1+ (0.0227−1.375×10−5ε̇+2.995×10−9ε̇2) ln ε̇∗]
1− (

∆Tps

1780

)0.655 48 (17)

3.2    屈服准则

Tresca 最大剪应力准则和 von Mises 畸变能准则是目前应用最广泛的各向同性屈服准则。然而，

大量实验结果表明，钛合金表现出明显的拉压不对称性，传统的 Tresca 和 von Mises 屈服准则无法准确

地描述钛合金在复杂应力状态下的屈服行为。材料在不同应力状态下的力学响应与偏应力第三不变

量 J3 有关。Cazacu 等 [13] 基于 J3 偏应力不变量提出了拉压不对称因子，由此描述材料力学的不对称行

为。Khan 等 [14] 针对 Ti-6Al-4V 钛合金提出一种新型的拉压不对称因子 G(σ)。本研究基于拉压不对称

因子 G(σ) 和 von Mises 屈服准则，构建一种新的修正 von Mises 屈服准则。屈服函数为 

ϕ = f (σ)G(σ) = 1 (18)
 

f (σ) = 3J2/σ
2
s (19)

 

G(σ) = exp
[−c(ξ+1)

]
= 1 (20)

f (σ) = 1 ξ = cos(3θ) =
27
2
· J3

(3J2)3/2
式中： 为 von Mises 屈服函数；σs 为单轴压缩屈服应力； 为 Lode 参数，其

中 θ 为 Lode 角；c 为拉压不对称系数。

ξ = 0 τ2
s纯剪切加载时， ，J2= ，于是（18）式简化为 

exp(− c) = σ2
s/(3τ

2
s ) (21)

τs式中： 为纯剪切屈服剪应力。对（21）式等号两边取自然对数，得到拉压不对称系数 c 为 

c = −2ln
(
σs√
3τs

)
(22)

由此得到屈服函数 

表 1    J-C 模型参数拟合结果

Table 1    Fitting results of J-C model parameters

Condition A/MPa B/MPa n m

Uniaxial compression 939 326.6 0.24 0.661 18

Pure shear 495   92.5 0.21 0.655 48

(a) Uniaxial compression (b) Pure shear
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图 8    不同应变率下 J-C 模型预测与实验结果的比较

Fig. 8    Stress-strain cures at different strain rates from experiments and J-C model fitting
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ϕ =
3J2

σ2
s

exp
[
2ln

(
σs√
3τs

)
(ξ+1)

]
= 1 (23)

联合（18）式、（19）式和（23）式，可以得到完整的等向强化拉压不对称屈服准则。

如图 9 中的初始屈服面所示，准静态加载下屈服面能够准确地预测 TB6 钛合金的单轴压缩、纯剪

切和单轴拉伸 3 种应力状态的屈服应力，并能很好地预测压剪应力状态的屈服应力；在高应变率范围

内，屈服面仍能很好地预测材料的屈服应力。由图 10 可见，高应变率加载下 TB6 钛合金首先经历应力

强化阶段，随后塑性流变应力未出现强化，很好地预测了材料单轴压缩、压剪和纯剪切 3 种应力状态下

塑性阶段的应力流动。

4    结　论

利用 Instron 万能材料试验机和 SHPB，对 TB6 钛合金进行了单轴、压剪和纯剪切 3 种应力状态的

准静态和动态加载实验，得到了不同应力状态的准静态和动态应力-应变曲线，通过分析实验结果，得

到如下结论：（1）TB6 钛合金具有良好的塑性，准静态压缩下表现出明显的应力强化效应，高应变率单

轴压缩下温升热软化效应显著，塑性应力在强化后迅速软化，而压剪加载和纯剪切加载下，材料没有表

现出明显的热软化现象；（2）针对单轴加载和纯剪切加载，通过改进的 J-C 本构模型拟合，得到了与实

验结果拟合程度较好的 J-C 参数，模型预测结果与实验结果的相对误差小于 5%；（3）根据 Khan 等提出

的拉压不对称因子 G(σ) 和 von Mises 屈服准则，提出一种新的修正 von Mises 屈服准则，该屈服准则能

够很好地描述 TB6 钛合金的动态压剪力学行为和拉压不对称性。
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Dynamic Behavior of TB6 Titanium Alloy under Shear-Compression Loading

ZOU Xuetao, ZHANG Xiaoqing, YAO Xiaohu

（School of Civil Engineering and Transportation, South China University of Technology, Guangzhou 510641, China）

Abstract:  Titanium alloy is widely used in aerospace industry due to its excellent mechanical properties of
high strength and light weight. In this paper, a quasi-static and dynamic tests of TB6 titanium alloy has been
implemented with an Instron universal material testing machine and a split Hopkinson pressure bar (SHPB).
Quasi-static  and dynamic stress-strain curves of  TB6 titanium alloy under compression,  tension and shear-
compression  loads  were  obtained.  Based  on  the  data  of  experiment,  we  have  established  Johnson-Cook
dynamic  constitutive  model  under  uniaxial  compression  and  pure  shear.  The  results  show  that,  the  yield
stress  of  TB6  titanium  alloy  exhibits  obvious  tension-compression  asymmetry,  strain  rate  hardening  and
thermal softening effects. The von Mises yield criterion is modified by considering the asymmetric factor of
tension  and  compression.  The  modified  yield  criterion  has  been  proved  to  be  accurate  and  suitable  for
predicting the quasi-static and dynamic yield behaviors of TB6 titanium alloy.
Keywords:  TB6 titanium alloy；shear-compression load；split Hopkinson pressure bar；dynamic mechanical
properties；constitutive model
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硅橡胶拉伸行为的应变率相关性测试和表征

郭玲梅1,2，汪    洋3，徐伟芳1,2

（1. 中国工程物理研究院总体工程研究所，四川 绵阳　621999；

2. 工程材料与结构冲击振动四川省重点实验室，四川 绵阳　621999；

3. 中国科学技术大学工程科学学院，安徽 合肥　230026）

摘要：为了研究硅橡胶在不同应变率下的冲击拉伸响应，对硅橡胶板材进行了应变率为

0.001 s– 1 的准静态单向拉伸测试、应变率为 15 s– 1 的中应变率单向拉伸测试以及应变率分别为

350 s– 1 和 1400 s– 1 的高应变率单向拉伸测试。实验结果表明，硅橡胶的单向拉伸力学行为呈现

出明显的非线性弹性和应变率相关性特征。在实验结果的基础上，提出了一个可用于描述硅橡

胶在不同应变率下拉伸力学响应的宏观唯象黏超弹性本构模型。该模型假设硅橡胶在拉伸加载

下的力学响应是超弹性响应和黏弹性响应的组合，其一维流变学形式可以简述为一个超弹性的

弹簧和一个松弛时间率相关的 Maxwell 体的并联。模型拟合结果与实验结果的对比显示，该模

型能有效表征硅橡胶在大应变率范围内的非线性拉伸力学行为。

关键词：硅橡胶；拉伸行为；应变率相关性；本构表征；黏超弹性本构模型

中图分类号：O345                      文献标识码：A

硅橡胶是一种具有优异的高/低温稳定性以及较好机械性能的高分子聚合物，常用于车辆和防护

结构等工程领域，在使用过程中极有可能受到冲击载荷的作用，因此有必要开展硅橡胶动态力学行为

的研究。目前硅橡胶材料的力学行为研究多集中在准静态加载 [1–3] 下，而针对其动态力学行为的研究

也大多集中在压缩力学行为 [4–5] 方面。胡时胜等 [4] 研究了泡沫硅橡胶的冲击压缩力学性能，选用半导

体应变片代替传统的电阻应变片解决了透射波信号微弱、信噪比低的问题，最终得到泡沫硅橡胶材料

在不同应变率下的冲击压缩响应，实验结果表明：泡沫硅橡胶材料的冲击压缩性能具有强烈的应变率

相关性。赵习金等[5] 对硅橡胶进行了冲击压缩力学性能实验，发现硅橡胶的冲击压缩力学行为表现出

明显的应变率相关性，其模量和应力极值均随着应变率的升高而增大。Shergold 等 [6] 在对硅橡胶进行

压缩性能测试的同时，还进行了准静态下的单向拉伸测试，对比结果显示，硅橡胶材料的力学行为存在

明显的拉压不对称性。因此，为了全面了解硅橡胶材料的力学行为，有必要对其进行动态拉伸力学行

为研究。

橡胶类材料的力学行为既包含非线性弹性和应变率相关性，还包含 Mullins 效应、迟滞效应、温度

相关性等，其中非线性弹性是其最基本的力学行为特征。由于橡胶力学行为的复杂性，通常将率无关

的非线性弹性行为和率相关的弹性行为进行解耦并分别加以描述，即分别采用超弹性本构模型和黏弹

性本构模型来表征其非线性的弹性行为和率相关的弹性行为。超弹性本构从应变能密度函数出发，常

表达为主伸长比或者变形张量的不变量的函数 [7]，按理论基础的不同又可分为分子网络模型 [8–10] 和唯

*   收稿日期： 2018-10-18；修回日期：2019-06-03
     基金项目： 国家自然科学基金（U1230103）
     作者简介： 郭玲梅（1991－），女，博士，助理研究员，主要从事材料动态力学行为研究.

E-mail：guolm@mail.ustc.edu.cn

     通信作者： 汪　洋（1968－），男，博士，教授，主要从事材料动态力学行为研究.
E-mail：yangwang@ustc.edu.cn

第 33 卷    第 5 期 高      压      物      理      学      报 Vol. 33, No. 5
2019 年 10 月 CHINESE  JOURNAL  OF  HIGH  PRESSURE  PHYSICS Oct. , 2019

054101-1

mailto:guolm@mail.ustc.edu.cn
mailto:yangwang@ustc.edu.cn


象模型 [11–13] 两类：前者基于分子统计力学，具有明确的物理含义；而后者是经验型公式，往往具有更简

洁的形式。Maxwell 模型和 Kelvin 模型是最基本的黏弹性模型，在此基础上发展出的标准三元件模型

得到了广泛的应用，王礼立等[14] 选取一个非线性弹簧和两个 Maxwell 体并联构建了 ZWT 模型，能同时

准确描述材料在准静态和动态加载下的应力-应变响应。

本工作利用 Instron-E3000 材料试验机、液压伺服中应变率材料试验机以及旋转盘式间接杆杆型分

离式霍普金森拉杆（Split Hopkinson Tensile Bar，SHTB）对硅橡胶分别实施低、中、高应变率下的拉伸力

学行为研究，基于实验结果提出一个宏观唯象本构模型，以表征硅橡胶在大应变率范围内的拉伸力学

行为。

1    低-中-高应变率单向拉伸实验

实验选用甲基乙烯基硅橡胶，其代号为 MVQ，是日本信越化工公司生产的 KE951 型号硅橡胶生胶

经由 190 ℃ 高温硫化得到的厚度为 3 mm 的黑色板材。

硅橡胶在准静态加载下的单向拉伸测试在 Instron-E3000 材料试验机上进行。试样形状为等宽长

条形，长度为 140 mm，除夹持段外为 70 mm，试样宽度为 14 mm。橡胶类材料不可采用夹式引伸仪测量

实验过程中的变形信息，因而采用自动网格法[15] 这一非接触式光学测量方法进行位移测量。相较于全

息干涉法、云纹法等其他非接触式光测方法，自动网格法对操作环境无特殊的防震要求，且只需要白光

光源，光路简单易操作。该方法通过 CCD 实时记录实验过程中布置在试件表面的网格点阵的运动，通

过数字图像相关技术自动识别和比较变形前后的点阵图像，最终获得不同时刻试件中的变形场信息。

该方法主要包含 3 个步骤：试件表面网格点阵的制作、网格点阵的拍摄以及数字图像的后处理。

中应变率单向拉伸测试在液压伺服的中应变率材料试验机上进行，试样形状亦为等宽长条形，为

了和试验机夹持端匹配，试样宽度设置为 12 mm，试样夹持段长度为 25 mm。

高应变率单向拉伸测试在旋转盘式间接杆

杆型 SHTB 上进行，试样形状为平板哑铃型（如

图 1 所示），试样由橡胶裁刀配合冲片机冲压制

得。鉴于硅橡胶低模量、低波阻抗的特性，本课

题组发展了针对橡胶类材料的高应变率拉伸测

试技术 [16]。该技术利用前置金属短杆解决了实

验过程中加载脉冲形状控制以及恒应变率加载

的问题；采用半导体应变片（灵敏度系数约为

120）代替普通应变片（灵敏度系数约为 2），有效

提升了透射信号的信噪比，同时结合铝透射杆，

有效解决了透射波信号弱的问题。

硅橡胶材料“软”的特征导致其不能采用螺

纹连接的方式，又由于其表面活性基团少、表面

能小，难以找到快速有效的胶粘连接方式，故发

展了一种机械连接方式（如图 2 所示），用于实现

硅橡胶和实验杆的有效连接。为了确保在拉伸

加载过程中试样不会从夹持段中滑出，需要将试

件沿厚度方向由 3 mm 夹紧至 2 mm，这将在试件

连接段（即夹持段）端部到试验段产生一个厚度从 2 mm 到 3 mm 的过渡段。该段内的变形情况是非均

匀的，且处于复杂应力状态（称之为端部效应），因此实验过程中不能简单地按照两个夹持段端部（即入

射杆右端和透射杆左端）之间的标距计算试件的工程应变，即实验中基于入射/透射杆端的相对位移获

得的工程应力-工程应变曲线并非试件材料真实的本构响应。为此建立了应变修正关系对实测的应变

L
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W
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图 1    动态拉伸用试样

Fig. 1    Specimen for impact tensile test

Input bar Pin Specimen Output bar

 

图 2    试样与入射/透射杆连接方式示意图

Fig. 2    Schematic of the connection between
the sample and the input/output bar
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εcalibrated = 1.08εmeasured λcalibrated−1 = 1.08(λmeasured−1)

信息进行修正。准静态测试时，利用自动网格法测得的结果是材料的真实响应，通过建立高应变率实

验中采用短试件（长细比小）获得的应力-应变测试曲线与准静态实验中长试件（长细比大）的应力-应变

测试结果之间的转换关系，对高应变率实验结果进行标定。本研究中假设端部效应的影响与应变率无

关，利用 Instron E3000 材料试验机对准静态试样和高应变率试样（采用和高应变率实验时相同的连接

方式）进行应变率为 0.001 s–1 的单向拉伸测试，其中准静态试样的应变信息由自动网格法测量，而高应

变率试样的应变信息由夹头位移计算得到。对比二者的实验结果，得到高应变率试样的应变标定关系

为 ，即伸长比满足 。

通过实验探索和简单的数值模拟，最终确定了动态试样的尺寸为：试验段宽度 Ws=8 mm、长度 ls=
8 mm、倒角 R=2 mm，试样夹持段和实验杆相匹配，宽度为 14 mm，试样总长度为 68 mm。经验证，该尺

寸设计可以很好地满足 SHTB 的一维测试原理。试样中的平均工程应力、平均工程应变和平均工程应

变率可根据入射/透射杆上的应变信息计算得到，其计算公式如下 

σs (t) =
EA
2As

[εi (t)+εr (t)+εt (t)] (1)
 

εs (t) =
C0

ls

w t

0
[εi (τ)−εr (τ)−εt (τ)]dτ (2)

 

ε̇s (t) =
C0

ls
[εi (t)−εr (t)−εt (t)] (3)

εi (t) εr (t) εt (t)

式中：E 和 A 分别为入射/透射杆的弹性模量和横截面积，As 为试件的横截面积，C0 为杆中的应力波波

速， 和 分别为入射波和反射波经过时入射杆上的应变历史， 为透射波经过时透射杆上的应

变历史。

2    实验结果与讨论

基于前述的橡胶类材料高应变率拉伸测试技术，对硅橡胶进行了应变率分别为 350 s–1 和 1400 s–1

的单向拉伸测试。图 3 所示为入射杆和透射杆上应变片实测得到的入射波、反射波以及透射波信号，

可以看到入射脉冲平稳光滑，透射波信噪比满足测试精度要求。图 4 为应变率-时间曲线，可见基本实

现了恒应变率加载。图 5 给出了应变率为 350 s–1 工况下的重复性曲线。硅橡胶的高应变率单向拉伸

测试结果和金属材料相比表现出较差的重复性，为此，每个工况至少进行了 5 次有效实验，并选取其中

一条作为该工况下的代表性曲线。

硅橡胶在低-中-高应变率单向拉伸加载下的工程应力-伸长比曲线如图 6 所示。为了更直观地考

察硅橡胶拉伸力学行为的应变率相关性，图 7 中给出了给定应变下应力随应变率变化曲线。从图 6 中
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图 3    实测的入射、反射和透射波波形

Fig. 3    Measured incident, reflected, and
transmitted wave waveforms
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图 4    应变率-时间曲线

Fig. 4    Strain rate-time curve
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可以看到：曲线的切线模量随着应变的增大呈现

下降的趋势，试样卸载后的残余变形极小，硅橡

胶的拉伸力学响应呈现典型的非线性弹性；随着

应变率的升高，模量和定伸长应力均上升，表现

出应变率硬化的特征。

∆V/V0 = λ1λ2λ3−1 = λ1λ
2
2−1 = 0 λ2 = 1/

√
λ1

运用自动网格法可以同时测量纵、横两个

方向的变形信息这一优势，考察了硅橡胶的泊松

效应。对于理想不可压缩材料，在各项同性假设

前提下，试样中的体积变化与主伸长比满足

，可得 。

利用自动网格法测得准静态下的横向-纵向伸长

比结果，并与理论结果对比（如图 8 所示），结果

显示硅橡胶在实验所测的变形范围内可近似为

不可压缩材料。

根据理论基础的不同，超弹性本构模型可分

为分子网络模型和唯象模型两大类。由于唯象

模型相较于分子网络模型具有形式简单、参数

少的优势，因此采用唯象超弹性模型对硅橡胶非

线性弹性响应进行表征。最具代表性的唯象本

构模型是 Rilvin 提出的多项式模型 [12]，其应变能

密度函数表达式为 

W =
∑N

i+ j=1
Ci j(I1−3)i(I2−3) j (4)

式中：I1、I2 分别为应变张量的第一和第二不变

量，Cij 为材料参数。众多学者在此基础上分别取

不同的低阶项得到了一系列简化模型，如取

N=1，则可得到经典的 Moony-Rivlin（MR）模型。本研究最终采用修正 MR 模型对硅橡胶的非线性弹性

行为进行表征，该模型将 MR 模型中 I2–3 的一次项变更为指数形式 

Temperature: 293 K
Strain rate: 350 s−1
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图 5    350 s–1 应变率下的重复性曲线

Fig. 5    Repeatability curves at the strain rate of 350 s–1
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图 6    不同应变率下硅橡胶工程应力-伸长比曲线

Fig. 6    Engineering stress-stretch ratio of silicone rubber
at various strain rates
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图 7    定伸长应力随对数应变率变化关系

Fig. 7    Stress at a given stretch ratio varying
with logarithm of strain rate
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图 8    可压缩性测试结果

Fig. 8    Test result of compressibility
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W =C (I1−3)+
a

b+1
(I2−3)b+1 (5)

σn λ式中：C、a、b 为模型参数。相应地，不可压缩假设下单轴拉伸加载时工程应力（ ）-伸长比（ ）的表达式为 

σn = 2λ
(
1− 1
λ3

)(
∂W
∂I1
+

1
λ

∂W
∂I2

)
= 2

(
λ− 1
λ2

) [
C+

a
λ

(I2−3)b
]

(6)

线性黏弹性模型由于形式简单而得到广泛的应用。以最常用的 Maxwell 模型为例，其在恒应变率

加载下的应力-应变关系可以表达为 

σMaxwell = E0ε̇θ
(
1− e−

ε

ε̇θ

)
(7)

θ

θ

式中：E0 为 Maxwell 体中弹簧的模量； 为松弛时间，表示 Maxwell 体在外力卸载以后恢复到原始状态所

需要的时间。通过对 作用机理的研究发现，一个固定松弛时间的 Maxwell 体能有效描述应变率跨度

在两个数量级之内的黏弹性应力-应变响应，在此跨度区间之外描述能力较差。经典的三元件模型（采

用一个 Maxwell 体模型和一个弹簧并联的形式）运用广泛，然而由于只采用了一个固定松弛时间的

Maxwell 体，所以仅能描述材料在应变率跨度为两个数量级范围内的黏弹性力学响应。ZWT 模型[14] 将

两个 Maxwell 体并联，分别表征高聚物材料在准静态和高应变率下的黏弹性力学响应，可以有效地描

述材料在准静态和高应变率加载下的黏弹性力学响应。对于本研究所涉及的加载应变率范围

（10–3～103 s–1），则必须引入 3 个 Maxwell 体，这会导致模型形式过于复杂、模型参数过多，给模型参数

的准确确定带来困难。

采用一个率相关的 Maxwell 体模型描述硅橡胶拉伸力学行为的黏弹性特征，其松弛时间表达为应

变率的函数 

θ = θ0(ε̇/ε̇0)−β (8)

最终得到一个唯象黏超弹性模型，其一维流变学形式如图 9 所示，即一个超弹性的弹簧和一个松弛时

间率相关的 Maxwell 体的并联，分别对应硅橡胶

单向拉伸力学行为的非线性弹性响应和黏弹性

响应，其中超弹性模型使用修正 MR 模型。超弹

性模型和率相关 Maxwell 体以及黏超弹性模型

的表达式分别为 

σvisco = E0ε̇θ
(
1− e−

ε

ε̇θ

)
(9)

 

σhyper = 2
(
λ− 1
λ2

) [
C+

a
λ

(I2−3)b
]

(10)
 

σ = σvisco+σhyper (11)

λ (λ = 1+ε)为方便计，统一表达为伸长比 的函

数，则有 

σ =2
(
λ− 1
λ2

)C+ a
λ

(
2λ+

1
λ2
−3

)b+
E0λ̇θ

(
1− e−

λ−1
λ̇θ

) (12)

ε̇0为简单计，（ 8）式中特征应变率 取为

0.001 s– 1，采用非线性最小二乘法对硅橡胶在

不同应变率下的工程应力-伸长比曲线进行拟

合，得到拟合结果与实验结果的对比如图 10
所示，相应的模型参数值见表 1。由图 10 可见，模型结果和实验结果具有较好的重合性，对于 1400 s–1

E0

σσ

σhyper

θ(ε·)

 

图 9    黏超弹性模型示意图

Fig. 9    Schematic of the visco-hyperelasticity constitutive model
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图 10    模型拟合结果与实验结果对比

Fig. 10    Comparison between model fitting and
experimental results
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应变率的实验结果，模型结果亦能很好地体现

实验曲线的变化趋势，说明本研究提出的以率

相关的 Maxwell 体并联修正 MR 模型得到的唯

象黏超弹性模型能很好地描述硅橡胶材料在

大应变率跨度内的黏超弹性变形特征。

3    结　论

（1）通过改进的 SHTB 测试技术，可以准确地获得硅橡胶在高应变率加载下的拉伸力学响应，对比

硅橡胶在低-中-高应变率下的单向拉伸测试结果可知：硅橡胶的拉伸力学行为具有显著的非线性特征

和明显的应变率敏感性。

（2）将超弹性弹簧和松弛时间率相关的 Maxwell 体并联构建了一个唯象黏超弹性模型，二者分别

对应于材料率无关的超弹性响应和率相关的黏弹性响应，模型拟合结果和实验结果的对比显示该唯象

模型能很好地表征硅橡胶在大应变率范围内拉伸力学行为的非线性和应变率相关性特征。
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Experimental Investigation and Modeling of Strain-Rate Dependence
on Tensile Behavior of Silicone Rubbers
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（1. Institute of Systems Engineering, CAEP, Mianyang 621999, China;

2. Shock and Vibration of Engineering Materials and Structures Key Laboratory of Sichuan Province,

Mianyang 621999, China;

3. School of Engineering Science, University of Science and Technology of China, Hefei 230026, China）

Abstract:   To investigate  the  impact  tensile  response  of  silicone  rubber  subjected  to  different  strain  rates,
quasi-static uniaxial tension tests at the strain rate of 0.001 s–1, moderate strain-rate tensile tests at the strain
rate  of  15  s–1 and  high  strain-rate  tensile  tests  at  the  strain  rates  of  350  and  1400  s–1 were  performed.
Experimental results show that the tensile behavior of the filled silicone rubber exhibits apparent nonlinear
elastic  characteristic  and  strain-rate  sensitivity.  A  phenomenological  visco-hyperelastic  constitutive  model
was  proposed  based  on  the  obtained  responses.  The  model  is  composed  of  a  hyper-elastic  spring  and  a
Maxwell  element  with  rate-dependent  relaxation time,  corresponding to  hyper-elasticity  and viscoelasticity
respectively. The model results have good agreement with the experimental data, indicating that the model
has the ability to describe the nonlinear and rate-dependent tension behavior of the filled silicone rubber.
Keywords:   silicone  rubber；tensile  behavior；strain-rate  dependence；constitutive  modeling；visco-
hyperelastic constitutive model
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碳纳米管薄膜层间改性复合材料
在不同应变率下的力学性能

李周仪1,2,3，胡振彪1,2,3，汪浩康1,2,3，索    涛1,2,3

（1. 西北工业大学航空学院，陕西 西安　710072；

2. 陕西省冲击动力学及工程应用重点实验室，陕西 西安　710072；

3. 冲击动力学及其工程应用国际联合研究中心，陕西 西安　710072）

摘要：将浮动催化化学气相沉积法制备的碳纳米管膜作为碳纤维层间改性材料，采用热压

成型工艺制备了碳纳米管膜 /碳纤维 /环氧树脂混杂复合材料，并对其进行准静态 II 型断裂韧性

实验以及准静态和动态压缩实验。碳纳米管膜层间改性后，复合材料的 II 型断裂韧性比未改性

材料提高约 60%，扫描电镜图像显示增韧机理主要是碳纳米管对基体的桥联。压缩实验结果表

明，准静态压缩下碳纳米管膜改性材料在面内和面外两个方向的压缩强度都得到一定提高，动

态面外压缩时改性后材料的压缩强度提高约 9%，但是动态面内压缩时压缩强度没有提高，断口

形貌显示这主要是碳纳米管膜内的分层所致。

关键词：碳纳米管薄膜；层间改性；霍普金森压杆；高应变率

中图分类号：O347.3                      文献标识码：A

碳纤维复合材料在近几十年来的发展突飞猛进，广泛应用于航空航天、汽车、武器、电子产品等领

域。与铝合金、钢等传统材料相比，碳纤维增强树脂基复合材料具有比强度高、比刚度高、抗疲劳良好

等特点，其密度仅为传统结构钢的 1/5，钛合金的 1/3，铝合金的 1/2，很好地满足结构轻量化需求[1]；然而

纤维增强树脂基复合材料存在层间韧性低、抗冲击损伤能力不足等缺点，尤其在服役过程中受到低能

量冲击时，易发生分层损伤。因此，需要通过一些层间增韧手段提高层间韧性。目前，主要的增韧方式

有：颗粒增韧[2]、薄膜增韧[3]、纤维增韧[4]。

碳纳米管（Carbon Nanotubes，CNTs）于 1991 年被首次发现[5]，其弹性模量可达 1.34 TPa，强度达 200 GPa，
同时还具有长径比大、比表面积高、电学性能优异等优点，是复合材料增强增韧及功能化的理想材料[6]。

近年来，一些研究者将 CNTs 作为增韧相与纤维树脂基混合制备成混杂复合材料，不同程度地提高了层

间性能。Rong 等 [7] 将 CNTs 添加到环氧树脂中对树脂进行改性，然后与碳纤维复合，结果表明：当

CNTs 的质量分数为 1% 时，I 型断裂韧性提高 13%，II 型断裂韧性提高 28%；但是，随着碳纳米管含量继

续提高，树脂的黏度急剧增大，CNTs 发生团聚，造成树脂灌注困难，所形成的材料内部出现孔穴，导致

材料性能降低。Zeng 等[8] 为了解决 CNTs 在树脂中的团聚问题，将 CNT 阵列垂直置于碳纤维预浸料铺

层间，发现层合板层间的剪切性能和断裂韧性大大提高，但是其制备工艺复杂，不利于工业领域的大规

模应用。为了避免以上两种问题，近年来研究者们提出了将碳纳米管膜（Carbon Nanotube Film，CNTF）
以插层形式插入层间的方法进行层间增韧。利用浮动催化化学气相沉（Floating Catalyst Chemical Vapor
Deposition, FCCVD）方法 [9] 制备的 CNTF，其内部 CNT 相互交联形成具有自支撑结构的网络，通过控制
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CNT 的沉积时间可以获得不同面密度的 CNTF，制备工艺简单，在提高 CNT 含量的同时避免了上述问

题，可直接用于复合材料制备。

本研究将利用 FCCVD 法制备的 CNTF 对碳纤维树脂基复合材料进行层间增韧；然后进行准静态

II 型断裂韧性实验，分析 CNTF 对断裂韧性的影响及作用机理；最后进行准静态和动态面内及面外方向

的压缩实验，分析材料的失效模式及 CNTF 对压缩性能的影响。

1    实　验

1.1    实验材料

μ

CNTF 由 FCCVD 法 [9] 制备。该方法采用乙醇作为碳源，将碳源与催化剂及促进剂按一定比例混

合，以氢气和氩气为载体输送到高温反应炉中，碳源在高温下发生裂解形成碳纳米管，碳纳米管在高温

反应炉的另一端进行原位沉积，最后喷洒乙醇溶液，形成连续均匀的 CNTF。本实验所用 CNTF 的厚度

为 10 m，面密度为 6.02 g/m2。用于制备压缩试样的碳纤维预浸料采用 3k、T300 的二维编织预浸料，树

脂为环氧树脂，树脂的质量分数为 42%，材料的弹性模量为 200 GPa，拉伸强度为 3.0 GPa。采用 12k、T700
的单向预浸料制备 II 型断裂韧性试样，树脂为环氧树脂，质量分数为 40%，材料的弹性模量为 230 GPa，
拉伸强度为 4.9 GPa。

1.2    试样制备

μ

为了制备 II 型断裂韧性试样，将单向碳纤维

预浸料按 [0°]36 铺层方式手工铺层，在第 18 层与

第 19 层之间铺一层 CNTF，并在 CNTF 上铺一层

聚四氟乙烯（PTFE）薄膜作为预制裂纹，PTFE 膜

的厚度为 10 m，宽度为 75 mm。预成型体铺设

完毕后装入真空袋中密封，放入热压罐中进行热

压固化，热压固化工艺如图 1 所示。热压完毕后，

用划片切割机对制备的层合板进行切割，采用端

部缺口弯曲（ENF）试样，尺寸依照 ASTM-D7905
标准[10]，如图 2 所示。

制备压缩试样时总共铺设 20 层二维编织预

浸料，在相邻两层预浸料之间铺设一层 CNTF，铺
层方式如图 3 所示，铺设完毕后将预成型体放入

真空袋中密封，然后在热压罐中热压固化，固化

工艺见图 1。热压完成后将层合板切割为 5 mm×
5 mm×5 mm 的小立方体试样，如图 3 所示。

1.3    实验方法
II 型断裂韧性实验采用 ASTM-D7905 标准中

的柔度校正方法，利用 10 kN 万能试验机进行测

试，相同实验重复进行 5 组，以得到可靠的实验结

果。首先筛选试样，选取尺寸符合标准的试样进

行试验。在试样一侧涂抹白色修正液，晾干后标

记距离裂纹尖端长度 a（20、30 和 40 mm）。两次

柔度校正实验中，取 a=20 mm 和 a=40 mm，加载

速率为 1 mm/min，加载至所需载荷后卸载；断裂

实验中，取 a=30 mm，加载速率为 1 mm/min，加载

至载荷开始下降时卸载。两次柔度校正实验中

的载荷峰值根据下式进行预估 

 

图 1    热压工艺图

Fig. 1    Schematic diagram of hot pressing

 

图 2    ENF 试样及加载方式

Fig. 2    ENF specimen and the proposed loading method

 

图 3    层合板铺层和试样在压缩实验中的受载方向

Fig. 3    Illustration of interlayered ply sequences and the
specimen with two loading directions during the

compression tests
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p j =
2b
3a j

√
GIICE1fh3 (1)

式中：pj 为载荷峰值，b 为试验件宽度，aj 为距裂纹尖端长度，GIIC 为 II 型断裂韧性预估值，E1f 为试样弯

曲模量，h 为试样厚度的 1/2，下标 j=1, 2。对所获得的数据进行处理。首先通过最小二乘法求出 3 组实

验的柔度 C，其中：对于柔度实验（a=20 mm，40 mm），为了消除实验初始存在的非线性段，载荷选取大

于 90 N 的数据；对于断裂实验，载荷选取大于 90 N 且小于 1/2 最大载荷值的数据，根据下式求出柔度

校正系数 A 和 m。 

C = A+ma3 (2)

a0然后，由（3）式确定备选断裂韧性 GQ，其中 =30 mm，pmax 为断裂实验最大载荷。 

GQ =
3mp2

maxa
2
0

2b
(3)

接着，根据（4）式对备选断裂韧性进行评估 

GQ, j =
(p ja j)2

(pmaxa0)2 ×100% (4)

GQ, j 15% ⩽GQ, j ⩽ 35% GQ如果所得的两个 值都满足 ，则认为备选断裂韧性有效；如果不满足，用 替换

（1）式中的 GIIC，修正柔度校正实验的载荷峰值。

在面内和面外两个方向分别对试样进行压缩，其中面内方向指纤维所在平面方向，面外方向指垂

直于层合板方向，如图 3 中红色箭头所示。准静态压缩实验在 DNS 万能试验机上进行，应变率为 10–3 s–1。

动态压缩实验采用分离式霍普金森压杆（Split Hopkinson Pressure Bar，SHPB）进行测试。每种工况进行

4 组重复性实验。SHPB 装置主要由气室、子弹、入射杆、透射杆、数据采集器等组成，图 4 为装置示意图。

气室充气完成后，打开开关发射子弹，子弹撞击入射杆，在入射杆中形成压缩波；压缩波传到入射

杆与试样的界面后，一部分继续通过试样传到透射杆中，另一部分发生反射，沿着入射杆传播。利用入

射杆和透射杆上粘贴的电阻应变片，可以获得入射波、反射波和透射波信号。为了防止入射波与反射

波发生叠加，将应变片粘贴在入射杆和透射杆的中间位置。根据一维应力波理论[11]，试样的应力、应变

和应变率可表示为 

σs = Eb

(
Ab

As

)
εt

ε̇ = −
(

2C
l

)
εr

ε =

(
2C
l

)w
εrdt

(5)

σs ε ε̇ εr εt式中： 、 和 分别为试样的工程应力、应变和应变率， 和 分别为反射应变和透射应变，C 为杆的纵

波波速，Ab 和 Eb 为杆的横截面积和弹性模量，l 和 As 分别为试样的长度和横截面积。

由于树脂基复合材料具有脆性的特点，试样与入射杆的波阻抗不匹配，入射波的上升沿非常短，试

样无法达到应力平衡，为此需要对入射波进行整形，增大入射波上升沿时间，使试样两端在加载过程中

达到应力平衡。本实验采用铝片作为整形片，不同应变率所用的整形片尺寸如表 1 所示。

图 4    SHPB 装置示意图

Fig. 4    Schematic diagram of SHPB
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整形后，试样内部均达到应力平衡。图 5 所示

为改性后的试样在 1000 s–1 应变率下面外压缩时的

应力-应变曲线和应变率时程曲线，可见试样从被加

载到破坏均处于恒应变率，说明试样内部应力达到

平衡。

μ

在动态实验过程中，利用高速相机（Phantom
v711）对加载过程进行拍摄，观察试样的变形过程，

拍摄帧率为 2×105 幅 /秒，即两幅之间的时间间隔

为 5 s。

2    结果与讨论

2.1    CNTF层间改性对 II型断裂韧性的影响

图 6 为 CF/EP 和 CNTF/CF/EP 层合板的 GIIC 试

验力-位移曲线。从图 6 中可以看出：对于 CF/EP 复

合材料，层间裂纹起裂载荷为 1.2 kN，位移为 1.6 mm；

而对于 CNTF/CF/EP 复合材料，裂纹起裂载荷为 1.7 kN，

位移为 2.5 mm。裂纹临界开裂点载荷与临界位移

的提高，说明 CNTF/CF/EP 层间裂纹起裂需要吸收

更多的能量。通过 1.3 节所述方法，计算得到 CF/EP
和 CNTF/CF/EP 的 II 型起裂韧性分别为 1.200 和

1.817 kJ/m2，说明加入 CNTF 后 GIIC 提高了约 60%。

实验后，利用扫描电镜（SEM）观察断面，如图 7 所

示。II 型断裂下树脂基复合材料存在两种典型的破

坏模式 [12]：一种是 CF/EP 层间区域在滑移型断裂载

荷作用下由于受到剪应力作用而在树脂区形成连续韧带，基体树脂断裂为锯齿状，如图 7（a）箭头所示；

另一种是纤维和基体界面在剪应力作用下发生的开裂，如图 7（b）箭头所示。层间加入 CNTF 之后，树

脂破坏后的形貌截然不同，树脂表面变得粗糙不平，说明裂纹在加入 CNT 的树脂中扩展消耗了更多的

能量。从图 7（c）箭头所指区域可以看到，CNT 从树脂中拔脱，并将树脂裂纹桥联，从而阻碍了裂纹的

进一步扩展。图 7（d）所示纤维被树脂和 CNT 包裹，说明加入 CNT 可以使树脂和纤维连接得更紧密，

避免裂纹沿着纤维-基体界面快速扩展，而只能在树脂内部较缓慢地传播。

2.2    CNTF 层间改性对压缩性能的影响

两种材料在准静态面内、面外方向压缩载荷作用下的应力-应变曲线如图 8 所示。从图 8 中可以

看到：层间加入 CNTF 后，两个方向的材料压缩性能都得到不同程度的提升；面内方向上改性试样的压

缩强度比未改性试样提高约 26%，而在面外方向上改性试样压缩强度的提高效果不明显，提高约 4%；

面外方向上两种材料的压缩强度均高于面内方向的压缩强度。

表 1    整形片尺寸

Table 1    Sizes of pulse shaping slices

ε̇/s–1
Size of pulse shaping slice/(mm×mm×mm)

CF/EP (In-plane) CNTF/CF/EP (In-plane） CF/EP (Out-of-plane） CNTF/CF/EP (Out-of-plane)

  600 6×7×0.8 6×7×0.8

1200 10×10×0.8 10×10×0.8 7×7×1.0 7×7×1.0

2500 5×6×0.8 5×6×0.8

 

图 5    典型应力-应变曲线和应变率时程曲线

Fig. 5    Typical stress-strain curve and strain rate history

 

图 6    CNTF/CF/EP 与 CF/EP II 型断裂试验的

载荷-位移曲线

Fig. 6    Load-displacement curve for GIIC tests of
CNTF/CF/EP and CF/EP
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μ

压缩实验结果列于表 2。从表 2 中可以发现，面外方向压缩时，层间加入 CNTF 可以提高材料的压

缩强度。以 2500 s–1 应变率为例，其应力-应变曲线见图 9，可见：加入 CNTF 后，压缩强度提高约 9%，能

量吸收提高约 14.3%，其中能量吸收通过应力对应变求积分计算得到，积分上限为最大应力值。在高应

变率面外压缩加载下，复合材料的主要破坏模式为基体中裂纹的形成和扩展，应力-应变曲线中的非线

性段代表基体开裂和纤维-基体的脱粘 [13]。图 10 显示利用高速相机拍摄的试样变形破坏过程，每幅图

片编号与图 9 中曲线上的字母相对应。从图 10（a）中可以看到：20 s时，CF/EP 试样层间树脂发生了明

显的开裂，如编号 a 中红色箭头所示，而编号 e 中 CNTF/CF/EP 层间树脂没有明显的裂纹产生；随着试

样中应力水平的增加，CF/EP 内部产生了大量微裂纹，这些微裂纹不断扩展形成更大的损伤区域，同时

从编号 c 中（红色圆圈）可以看到纤维被劈裂，试样不断被压溃，如编号 b、c、d 所示。从图 10（b）可以

看出：对于 CNTF/CF/EP，由于层间加入了具有网络结构的 CNTF，有效地推迟了基体裂纹的产生，并阻

碍裂纹的扩展，使复合材料层与层之间被连接得更紧密，从编号 f 和编号 g 中可以看到，试样中没有产

生大规模裂纹，且裂纹扩展得相对平缓，试样没有明显被压溃，因此材料的压缩强度和能量吸收都得到

有效的提高。

图 7    CF/EP 和 CNTF/CF/EP 试样的断口形貌

Fig. 7    Fracture graphs of CF/EP and CNTF/CF/EP specimens
 

 

图 8    准静态加载下 CF/EP 和 CNTF/CF/EP 的

应力-应变曲线

Fig. 8    Stress-strain curves of CF/EP and CNTF/CF/EP
under static loading

 

图 9    2500 s–1 面外压缩下 CF/EP 和 CNTF/CF/EP 的

应力-应变曲线

Fig. 9    Stress-strain curves of CF/EP and CNTF/CF/EP
under 2500 s–1 out-of-plane compression
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同样，对两种材料在面内方向也进行了动态压

缩实验。分析表 2 中数据发现，加入 CNTF 对面内

压缩性能影响不明显，甚至有所降低。600 s–1 应变

率下的应力-应变曲线如图 11 所示。可见，改性材

料的压缩强度提高了约 10%，但是能量吸收却几乎

没有变化，这归因于失效应变的降低。高速相机拍

摄的面内压缩过程如图 12 所示。10 s 时，CF/EP
中纤维发生了部分屈曲，发生屈曲部分的层间有微

小分层，而 CNTF/CF/EP 中纤维承受载荷，一小部分

纤维发生损伤（见图 12 编号 e 红圈中所示），且试样

内部没有产生分层，说明 CNTF 很好地将层与层连

接，有效地推迟层间树脂区裂纹产生，延缓分层发

表 2    CF/EP 与 CNTF/CF/EP 在不同应变率下的压缩强度与消耗能量

Table 2    Compression strength and dissipated energy of CF/EP and CNTF/CF/EP

Specimen Loading method Strain rate/s–1 Compression strength/MPa Dissipated energy/（N·mm–2）

CF/EP Out-of-plane 10–3 670.8±5 28.024
CF/EP Out-of-plane 1000 843.3±20 37.943

CF/EP Out-of-plane 2500 799.5±10 35.724

CNTF/CF/EP Out-of-plane 10–3 687.3±4 29.847
CNTF/CF/EP Out-of-plane 1000 881.1±9 43.347

CNTF/CF/EP Out-of-plane 2500 847.1±15 40.853

CF/EP In-plane 10–3 321.0±5 2.370
CF/EP In-plane 600 621.4±5 8.681

CF/EP In-plane 1000 676.3±12 9.140

CNTF/CF/EP In-plane 10–3 405.8±6 2.790
CNTF/CF/EP In-plane 600 699.3±10 8.743

CNTF/CF/EP In-plane 1000 646.0±16 9.544

图 10    面外压缩下 CF/EP 和 CNTF/CF/EP 的破坏过程

Fig. 10    Damage of CF/EP and CNTF/CF/EP under out-of-plane compression
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图 11    600 s–1 面内压缩下 CF/EP 和 CNTF/CF/EP 的

应力-应变曲线

Fig. 11    Stress-strain curves of CF/EP and CNTF/CF/EP
under 600 s–1 in-plane compression
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生。20 s 时，从图 12 编号 f 中看到 CNTF/CF/EP内部分层很明显，纤维逐步被压溃；相同时刻 CF/EP 中（见图 12
编号 b）纤维继续发生屈曲，分层程度较 CNTF/CF/EP 试样弱。直至接近承载极限（40 s 时），CNTF/CF/
EP 已完全分裂为碎块，部分纤维被压溃，而 CF/EP 中纤维屈曲变形明显。对比两种材料的失效模式：

CF/EP 的主要破坏模式为纤维屈曲，其失效应变高；而 CNTF/CF/EP 的主要破坏模式为纤维压溃和分

层，故其压缩强度较高，但失效应变低。为了分析

CNT/CF/EP 试样分层的原因，对所有试样断口进行

SEM 观测，结果如图 13 所示。可以看到，所有断口

上均有连续的 CNT 分布，且几乎没有树脂颗粒，说

明 CNTF 中树脂浸润不充分，导致分层发生在其内

部。FCCVD 法制备的 CNTF 本身具有多层性 [14]

特点，它是由 CNTs 原位沉积多层后得到的，同时由

于采用乙醇溶液对沉积的膜进行收缩，使得膜内

CNTs 缠绕得更加致密，不利于树脂的浸润。所以

虽然 CNTF 在一定程度上避免裂纹的产生和扩展，

但是随着试样中应力水平的增加，其不能继续抵抗

内部缺陷引发的裂纹。

2.3    层间改性材料的应变率效应

从图 14 可以看出：随着应变率的提高，CNTF/CF/EP 材料在面内和面外压缩下都表现出明显的应

变率效应，面内方向压缩时压缩强度从 10–3 s–1 应变率下的 405 MPa 变为 1000 s–1 下的 646 MPa，面外方

向压缩时从 10–3 s–1 下的 687 MPa 变为 2500 s–1 下的 847 MPa。准静态压缩下，载荷作用时间较长，随着

加载的进行，裂纹首先在试样内部原始缺陷区域成核并扩展，由于加载速率小于裂纹成核和扩展速率，

裂纹有足够的时间沿着试样内部应力集中区进行扩展，试样中产生的裂纹越来越多，最终导致试样失

稳破坏。动态压缩时，载荷作用时间短，通常只有几十微秒，裂纹最开始在试样内部最薄弱区成核，在

裂纹扩展的同时试样继续受到动态加载，应力水平提高，导致在试样内部其他承载能力弱的区域有新

的裂纹成核，进而形成多个裂纹成核区，并且裂纹沿多条路径扩展，直至裂纹达到饱和，试样失效。应

变率效应的产生主要是材料失效模式变化所致 [15]。高应变率下，不断有新的裂纹成核和扩展，消耗了

作用在试样上的能量，为了使试样破坏，需要更高的应力水平，因而材料的压缩强度随应变率的提高而

图 12    面内压缩下 CF/EP 和 CNTF/CF/EP 的破坏过程

Fig. 12    Damage of CF/EP and CNTF/CF/EP under in-plane compression
 

图 13    CNTF 改性试样破坏后断口的微观图像

Fig. 13    Microscope photo of fracture surface of CNTF
interlayered specimen after damage
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增大，宏观上表现为材料的应变率效应。此外，高应变率下裂纹成核增加和裂纹扩展都消耗能量，所以

材料的韧性也随着应变率的提高而增大。

3    结　论

对比了 CNTF 改性后的碳纤维复合材料与未改性材料的 II 型断裂韧性，以及两种材料在面内和面

外两个方向、不同应变率下的压缩性能，得到以下结论：（1）层间加入 CNTF 后，材料的 GIIC 提高 60%，

SEM 结果显示增韧机理是 CNT 对基体树脂的桥联，从而避免纤维-树脂脱粘；（2）准静态下 CNTF/CF/EP
在面内方向的压缩强度提高 26%，面外方向的压缩强度提高不明显，约为 4%，并且面外方向的压缩强

度高于面内方向的压缩强度；（3）面外方向动态压缩时，CNTF/CF/EP 的压缩强度提高约 9%，能量吸收

提高约 14%，提升的原因主要是 CNT 对层间裂纹产生和扩展的阻碍作用，面内方向动态压缩时，

CNTF/CF/EP 的压缩性能没有提高，CNTF 主导的层间分层和纤维压溃是其主要失效模式，分层是造成

CNTF/CF/EP 压缩性能未提高的原因；（4）改性碳纤维树脂基复合材料在面内和面外压缩载荷作用下都

具有明显的应变率效应。
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Mechanical Properties of CFRP Composites with CNT Film Interlayer
under Different Strain Rates
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Abstract:  Carbon nanotube film prepared by floating catalyst chemical vapor deposition (FCCVD) method
was  used  as  interlayer  toughening  material  for  carbon  fiber  reinforced  laminated  composites.  The  carbon
nanotube film/carbon fiber/epoxy hybrid (CNTF/CF/EP) composites were prepared by hot pressing and cut
into two dimensions respectively for  compression and type II  fracture toughness test.  It  has been observed
that  the  type  II  fracture  toughness  is  improved  by  60%  due  to  the  carbon  nanotube  interlayers.  Scanning
electron microscope results suggest that the bridging of matrix cracks by carbon nanotubes leads to a higher
type II fracture toughness. The results of compression experiments indicate that the compressive strength in
both in-plane and out-of-plane directions is enhanced to some extent under quasi-static compression due to
the carbon nanotube interlayers. Moreover, the enhancement in compressive strength which is as high as 9%
out-of-plane direction can be achieved under high strain rates after modifying the interlayer structures with
carbon nanotubes. However, there is no increase of compressive strength during dynamic compression in in-
plane  direction,  and  the  fracture  morphology  shows  that  the  primary  reason  is  due  to  the  internal
delamination of the carbon nanotube films.
Keywords:  carbon nanotube film；interlaminar toughening；split Hopkinson pressure bar；high strain rate
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球形孔开孔泡沫铝的力学特性及
准静态压缩变形机制

王永欢，徐    鹏，范志强，王壮壮
（中北大学理学院，山西 太原　030051）

摘要：对胞孔形态和尺寸较为一致的球形孔泡沫铝开展静-动态压缩实验，利用数字图像相

关法研究了泡沫铝在准静态压缩过程中的宏观和介观变形机理。结果表明：球形孔泡沫具有明

显的应变率效应，随着应变率的增加，平台应力及屈服强度增加，吸能效率也有所提高。由于胞

元壁厚不均匀和孔壁缺陷的随机分布，泡沫铝在压缩过程中会出现多条局部变形带，单个胞孔

表面在孔壁缺陷处也会出现应变集中带。胞元孔的变形模式主要有 3 种，轴向压缩、剪切、扭转

加剪切复合变形，且整体变形带处的孔壁破坏模式以剪切变形为主，孔壁的变形模式又与孔壁

自身厚度以及加载方向有关。

关键词：数字图像相关；球形孔泡沫铝；准静态压缩；变形机制；应变率效应

中图分类号：O347; TB34                      文献标识码：A

泡沫铝作为一种新型功能与结构材料在近几年被广泛应用。其自身独特的多孔结构决定了它具

有低密度、高孔隙率和大的比表面积。这些特性使它具有隔音降噪、缓冲吸能等多种作用，被广泛应

用于航空航天、国防军事、汽车防护等领域。已有研究表明：泡沫材料在压缩过程中的应力-应变曲线

呈现明显的 3 个阶段，分别是线弹性阶段、塑性平台阶段和密实阶段 [1]，其中塑性平台阶段是由于胞孔

大量坍塌产生的，该过程能够吸收较多的能量，胞孔的破坏模式呈现多样化，因此研究泡沫铝胞孔的破

坏模式及微观变形机理对提高泡沫铝的吸能效率有着重要意义。

泡沫铝变形过程中往往呈现出典型的不均匀压缩特性，利用数字散斑和图像相关方法研究其变形

特征具有全场性和直观性等优点 [2-3]。魏志强等 [4]利用高速摄影技术对泡沫铝的分离式霍普金森压杆

（SHPB）实验进行了跟踪拍摄，发现利用图像处理软件分析所得到的应变结果与 SHPB 后处理得到的应

变结果基本一致。Jung 等 [5]利用数字图像相关法对 Ni/Al 复合开孔泡沫铝的微观变形进行了研究，发

现这种方法可以有效地观察到泡沫铝的微观变形。房亮等[6]通过数字图像相关法研究了闭孔泡沫铝的

压缩力学行为，认为闭孔泡沫铝在弹性范围内受压时具有较高的线性度，且发现单个孔的变形特征与

孔壁的形态有关。章超等 [7]基于数字图像相关法的原理对泡沫铝的冲击压缩过程进行了拍摄跟踪，结

果表明在压缩过程中会随机产生多个变形带，形状主要有斜“I”型和“V”型。Kadkhodapour 等[8]、杨福俊

等[9]在对闭孔泡沫铝变形的研究中发现，泡沫铝的宏观变形受单个胞体变形的影响，且单个胞体的变形

模式与胞体的形状以及胞体分布的随机性有关。在泡沫铝研究中以闭孔泡沫铝较多[10-12]。潘艺等[13]认

为基体材料和相对密度影响泡沫铝的变形特性，且变形特性也与胞孔分布的随机性有关。Mu 等 [14]提

出胞体的变形与自身的形态有关，且存在 4 种失效模式。杨宝等 [15]通过观察冲击过程中试件的变形

图，发现泡沫铝在动态下的破坏模式与准静态下的类似，变形破坏模式有节点旋转变形、悬臂壁弯曲变

形、剪切变形破坏、水平曲壁压弯变形以及斜向细孔壁屈曲变形等。
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球形孔开孔泡沫铝由于胞元尺寸和形状统一，在各个方向上的力学性能基本一致，闭孔泡沫铝相

对密度较低，且陈永涛等 [16]认为相对密度对吸能效率的极值影响较小，并得出闭孔泡沫铝单位体积吸

收的能量低于开孔泡沫铝的结论。对开孔泡沫铝应变率效应的研究结果不一：Deshpande[17]、Mukai[18]

等的研究表明，开孔泡沫铝对应变率不敏感；程和法等 [19]认为泡沫铝的压缩性能具有明显的应变率效

应，且应变率越高，吸能效果越好。球形孔开孔泡沫铝由于存在孔壁，兼具通孔和闭孔泡沫铝的特征，可以

在某些特殊应用中发挥缓冲耗能的作用。然而，球形孔开孔泡沫铝在压缩载荷下的力学性能、变形特

征和细观机理尚不清楚，传统泡沫铝在由变形集中带演化主导的应力平台阶段内材料整体和胞元孔的

变形如何影响球形孔泡沫铝的力学行为也亟需研究。基于此，本研究首先针对球形孔开孔泡沫铝的静-动
态力学性能进行实验研究，再利用数字图像相关技术对其在准静态压缩下的介观变形机制进行分析。

1    静-动态力学性能和行为实验

实验材料选用北京强业泡沫金属公司提供的球形孔开孔泡沫铝，基体材料为纯铝，采用造孔剂渗流

法制备，胞孔直径 6 mm，壁面连通孔孔径 1～2 mm，试样密度 0.9～1.0 g/cm3。静态力学性能实验的试

样尺寸为ø30 mm×35 mm，采用电子万能试验机测试。动态力学性能实验分别采用落锤试验机和

SHPB，试样尺寸分别为ø30 mm×35 mm 和ø30 mm×20 mm。落锤质量约 40 kg，冲击高度约 1.2 m，锤头上

安装加速度传感器测量冲击过程中的加速度，并通过积分换算得到工程应力-应变曲线。SHPB 装置杆

件直径为 50 mm，子弹、入射杆和透射杆长度分别为 1.0、2.5 和 2.5 m，考虑到泡沫材料的透射波信号较

弱，采用半导体应变计测量透射波。另外，为研

究准静态加载下泡沫铝和胞元孔的具体变形模

式，采用 GOM 5M 三维全场动态测量系统拍摄球

形开孔泡沫铝的准静态压缩过程，基于 ARAMIS
软件对采集图片进行图像处理，获得位移场和应

变场信息。实验装置见图 1。实验所用两部相机

的焦距均为 400 mm，分辨率为 2 448×2 050 像素，

标定视场尺寸为 44 mm×55 mm。考虑到泡沫铝表

面不规则，散斑实验采用矩形试样，尺寸为 35 mm×
35 mm×35 mm，在观测面喷涂黑白相间随机分布

的散斑场（见图 2）。加载速率 1 mm/min，图像采

集间隔为 2 s。

2    实验结果与讨论

2.1    力学性能分析
对泡沫铝力学性能进行分析，图 3(a) 为准静态压缩过程中泡沫铝的应力-应变曲线，可知:曲线较为

光滑平缓，与胞元孔结构和尺寸一致性较高有关;平台阶段较为平稳，主要是由于孔壁厚度较大，胞元

孔坍塌时承载能力没有突然降低，体现了球形孔泡沫铝的优点。

动态实验曲线由相同应变率下 3 组实验曲线的平均值获得，且取 0.05 应变下的应力为屈服应力[20]。

Light 1 Light 2

Camera 2
Camera 1

Cotroller and

computing server

 

图 1    三维全场应变测量系统

Fig. 1    Three dimensional full-field strain measurement system

(a) (b)

图 2    泡沫铝试样及喷散斑后试样

Fig. 2    Foamed aluminum sample and speckle sample
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对比不同应变率下的应力-应变曲线（图 3(b)）可知，屈服强度在应变率为 0.001 s–1 时为 8.592 MPa，随着

应变率的增大，屈服强度增大，在应变率为 2 200 s–1 时为 15.387 MPa，增大了 80%。为了定量分析能量

吸收特性[20]，对比可知 20% 应变对应的流动应力从 14.205 MPa 增大到 18.236 MPa，提高了 28%，吸收能

量从 2.03 MJ/m3 增大到 2.78 MJ/m3，增加了 40%。文献[21]指出泡沫铝的平台应力接近应变量为 0.2 时

的流动应力，可见该泡沫铝的静、动态力学性能差异显著，存在明显的应变率效应，且动态冲击下泡沫

铝具有更高的屈服强度，能吸收更多能量，动态吸能效率的提高说明球形孔泡沫铝具有优异的力学性

能，更有利于其作为高速缓冲吸能结构的芯层。

2.2    变形模式分析

图 4 为球形开孔泡沫铝压缩过程位移场，可见，在压缩时间 t=173.070 s 时（见图 4（b））虚线位置出
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图 3    泡沫铝的压缩应力-工程应变曲线

Fig. 3    Compressive stress-engineering strain curve of aluminum foam
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图 4    压缩过程泡沫铝表面位移场分布

Fig. 4    Displacement field distribution of foamed aluminum surface during compression
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现一条局部变形带，随着加载的进行出现第二条变形带（图 4（c）、4（d））。局部变形带的产生是泡沫铝

胞孔不同形式的坍塌造成的，与胞孔的分布以及孔壁的位置有关，最先发生坍塌的胞孔组成了第一条

变形带，这种现象与闭孔泡沫铝相似，都是局部变形带的产生和演化导致材料应力-应变曲线出现典型

的平台阶段。由图 3 中泡沫铝的应力-应变曲线可知，在平台阶段泡沫铝吸收大量能量，这一阶段就是

胞孔大量坍塌出现局部变形带的过程。

通过观察与统计胞孔破坏模式，发现胞孔的变形模式主要有 3 种，如图 5 所示，其中：图 5（a）为孔

壁屈曲变形，图 5（b）中的孔发生了扭转变形，图 5（c）显示在压缩时孔壁既发生扭转变形又存在剪切变

形。这与文献[9]中提到的闭孔泡沫铝胞孔的变形模式类似。

为了分析泡沫铝的介观变形机制，选取单个孔的应变场（图 6（a））进行分析。图 6（c）为孔的侧面

图，可以看出是一个半球形。由该胞孔的应变场（图 7）可以看出，在加载时间为 173.070 s 时，在胞孔壁

上的通孔边界处出现一条变形带；继续加载时，在同一起始位置出现第二条变形带，且变形带上应变较

大，单个胞孔在压缩变形过程中的应变分布存在很明显的不均匀性。两条变形带的起始位置相同，都

是从胞孔上通孔的缺陷处开始，即图 6（b）红框中的缺口，且胞孔向后凸起，导致在压缩过程中变形沿着

局部变形带发生屈曲；在压缩时间为 473.120 s 时（见图 7（d））缺口变深，胞孔局部变形带就是由于缺口

处的应力集中造成的，且多数胞孔情况类似。由此可知，开孔泡沫铝在压缩过程中单个胞体孔壁上由

于孔壁缺陷处的应力集中会出现多条变形带，且由于孔壁的凸起，导致胞孔轴向屈曲。

为了分析孔壁的变形模式，选取如图 8 所示 3 个厚度不同、方向不同的孔壁组成的区域，单个孔壁

呈现“I”型，该结构在泡沫铝中较为普遍，且 1 区孔壁在变形带处，“I”型孔壁的断裂与破坏直接导致了

孔的坍塌变形。在 3 个孔壁上各选几个点（图 8（b）），由分析软件计算出各点的应变 -时间曲线，如

图 9 所示。1 区上的点既有压应变又有拉应变，在加载时间 273.063 s 后孔壁有了明显破坏，而在孔壁破

(a) (b) (c)

图 5    胞孔的变形模式

Fig. 5    Deformation mode of cell
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图 6    单胞孔位置与其孔的侧面应变场

Fig. 6    Location of the single cell on its surface and lateral strain field map on the side of the celll
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坏的过程中，由图 9(b) 与图 10(d) 都可以看出此时点 7 有较大的拉应变，达到 30%，而点 6 上压应变较

大，因此 1 区孔壁在破坏过程中受到过较大拉应力，且最终断裂，过程中存在剪切破坏。在 153.071 s
时，3 区上的点 1、2、3、4 都为压应变，呈线性增大，即孔壁变形模式为孔壁屈曲变形，2 区上的点 8、9、
10 处既存在压应变又存在拉应变，且 2 区在 1 区孔壁破坏并最终断裂前变形很小，在 1 区断裂后其变

形明显，孔壁上点的拉应变增大，因此可以判断该孔壁是由于 1 区孔壁破坏造成的扭转与剪切的复合

变形。可见在泡沫铝的压缩过程中胞孔的变形模式是由于孔壁变形的多样化造成的，孔壁的变形模式

主要有孔壁屈曲变形、剪切、扭转加剪切复合变形 3 种，最先发生破坏的孔壁变形模式为剪切变形。

经过以上对宏观与介观的分析可以发现，整体变形带的产生与胞孔的变形有关，胞孔的变形模式

由孔壁的变形模式决定，孔壁的破坏直接造成了胞孔的坍塌，而胞孔的坍塌又明显地反映出局部变形

带的存在。孔壁的 3 种变形模式决定了胞孔的变形模式，且局部变形带本身由最先发生破坏的孔壁连
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图 7    单胞压缩过程应变场分布

Fig. 7    Distribution of strain field on the surface of a single cell during compression
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Fig. 8    Hole wall at different positions on the observation surface of aluminum foam
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接而成，对多组实验的统计表明，多条变形带上孔壁的破坏模式以剪切破坏为主。孔壁的变形模式与

孔壁的厚度以及方向有关，3 种变形模式中剪切变形最不稳定，导致孔壁最先破坏，并出现局部变形带。

3    结　论

利用三维全场应变测量系统全面分析了球形开孔泡沫铝在准静态压缩下的介观变形，得到以下结论。
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Fig. 9    Strain-time curve of each point on the hole wall of foamed aluminum
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Fig. 10    Strain field distribution of aluminum foam wall at different time
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（1）球形孔开孔泡沫铝具有明显的应变率效应，随着应变率的增加，屈服强度增加，平台段提高，且

从准静态到应变率为 2 000 s–1 的过程中，应变在 0.2 时能量吸收增加 40%。

（2）球形孔开孔泡沫铝在细观结构和变形行为上接近于传统闭孔泡沫金属，变形集中带的产生和

演化主导了材料的屈服平台阶段行为，局部变形带的产生机理与闭孔泡沫铝类似。

（3）单个胞体在压缩过程中会在孔壁缺陷处出现局部变形带，且不止一条，主要是由于缺陷位置经

过压缩后出现的应力集中造成的。

（4）胞孔的变形模式主要有 3 种，屈曲变形、剪切变形、扭转加剪切复合变形；主要由孔壁的 3 种

变形模式决定，孔壁的变形模式与孔壁的厚度以及加载方向有关。
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Mechanical Characteristics and Quasi-Static Compression Deformation
Mechanism of Open-Cell Aluminum Foam with Spherical Cells

WANG Yonghuan, XU Peng, FAN Zhiqiang, WANG Zhuangzhuang

（College of Science, North University of China, Taiyuan 030051, China）

Abstract:  In this work we investigated the quasi-static and dynamic compression of spherical cell aluminum
foam  with  homogeneous  pore  morphology  and  size.  We  identified  the  deformation  mechanisms  of  the
aluminum  foam  in  the  quasi-static  compression  at  both  macroscopic  and  mesoscopic  levels  using  digital
image  correlation.  The  results  showed  that  the  compressive  strength,  plateau  stress  and  energy  absorption
were significantly improved by increasing the loading strain rate, that is,  the spherical cell aluminum foam
exhibited obvious strain rate sensitivity. Because of the inhomogeneous cell wall thickness and the random
distribution  of  cell  wall  defects,  the  deformation  bands  dominated  the  compressive  behavior  during  the
compression process, and the strain concentration zones were observed on the single cell hole where the cell
wall  defects were identified. Meanwhile we examined the implications of compressive behaviors operating
on the mesoscopic cell walls and the formation of macroscopic deformation bands. The deformation modes
of cells mainly fell into 3 types, i.e. axial compression, shear, torsion and shear combined deformation. The
failure mode of the cell walls throughout the deformation zone was mostly determined by shear deformation,
which was obviously related with the cell wall thickness and the loading direction.
Keywords:  digital image correlation；spherical cell aluminum foam；quasi-static compression；deformation
mechanism；strain rate effect
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聚苯乙烯泡沫材料的动态压缩特性

雷忠琦1，姚小虎1，龙舒畅1，常建虎2，王海波2

（1. 华南理工大学土木与交通学院力学系，广东 广州　510640；
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摘要：通过万能材料试验机和落锤式冲击试验装置，对发泡聚苯乙烯泡沫材料进行准静态

和动态压缩试验，探讨密度和加载速率对材料动态压缩特性的影响。基于落锤试验数据，考虑

密度相关性，通过修正得到恒定应变率下材料动态本构关系的经验公式。基于 LS-DYNA 中的

MAT57 和 MAT163 以及 ABAQUS 中的 Low Density  Foam 和 Crushable Foam 4 种材料模型，

建立了适用于有限元仿真的发泡聚苯乙烯泡沫本构模型。通过模拟落锤冲击过程，对比试验结

果发现：MAT163 和 Crushable Foam 模型能较好地预测材料动态响应和能量吸收性能，验证了

动态本构模型的可靠性，并且这两种特定的材料模型在模拟发泡聚苯乙烯泡沫冲击碰撞时具有

良好的适用性。

关键词：聚苯乙烯泡沫；应变率；密度；动态压缩特性；本构模型

中图分类号：O347.1                      文献标识码：A

聚合物泡沫材料作为一种在冲击碰撞中起增强防护作用的优质缓冲吸能材料被广泛应用于汽车

碰撞、物流包装、运动装备以及军事应用中 [1]。聚合物泡沫的最重要特性是密度低、能量吸收效率

高。在使用聚合物泡沫进行防护以及应用有限元技术进行工程设计时，需要深入了解其力学性能，尤

其是冲击载荷下的压缩力学性能[2]。聚合物泡沫应用于家电的物流包装时，有诸多类型，而发泡聚苯乙

烯（Expanded Polystyrene, EPS）泡沫材料作为大多数家电包装的选择，具有隔热性能好、防潮、耐久性

好、导热系数低、成本低等诸多特点[3]。随着人们对 EPS 泡沫材料的不断研究，对其力学性能有了较深

的了解。EPS 是一种典型的闭孔泡沫材料，其力学响应可通过三段式变形区间 [4] 表征。第 1 阶段为线

性弹性区，变形较小（应变小于 5%），通常以胞壁弯曲或扭曲以适应变形；第 2 阶段为平台区，在较稳定

的应力下材料的应变范围很大，主要与胞壁屈曲有关，对应受压过程中大部分能量吸收；第 3 阶段为密

实区，此时胞元被压实，胞壁之间彼此接触，应变的持续增加导致应力急剧上升，材料刚度也发生显著

增大。聚合物泡沫材料的密度是影响其性能的重要因素，密度的不同导致泡沫微观结构的差异性 [5]。

同样，大多数聚合物泡沫也表现出变形速率敏感性，研究表明该速率敏感性与基体材料的黏弹性有关[1, 6]。

对于结构碰撞、包装跌落等冲击事件，材料的应变率一般在 1～102 s–1 之间；而军事应用中，应变率可能

超过 103 s–1[1]。因此，需要对 EPS 泡沫材料在不同应变率下的动态压缩特性展开深入研究。

王志亮等[7] 采用霍普金森压杆对 3 种不同密度的 EPS 泡沫进行冲击试验，获得了材料在高应变率

下的动态特性曲线、能量吸收性能和破坏特征，结果表明泡沫的密度和加载应变率对 EPS 泡沫的吸能

和压缩特性有较大影响。Chen 等 [6] 对 EPS 泡沫进行了静/动态压缩和拉伸试验，获得了大量的试验数

据，得到了中、低不同应变率下两种不同密度 EPS 泡沫的应力-应变曲线、弹性模量和能量吸收系数
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等，并在试验数据的基础上得到了一些经验关系，但没有解释如何运用这些试验数据。Ling 等[8-10] 基于

万能材料试验机和落锤试验装置开发了一种新的试验平台，独立获得了 EPS 泡沫材料的压缩和剪切力

分量，实现了压-剪联合加载试验，获得了大量数据，并与纯压缩加载下的材料响应特性进行了对比；同

时采用有限元分析方法进行数值模拟，对比实验结果发现，准静态数值模型很好地预测了 EPS 泡沫材

料的变形响应，但在动态加载条件下，只有屈服应力的预测相对准确。Shah 等[11] 通过对 EPS 泡沫进行

准静态压缩试验，获得了材料在低应变率（8.3×10–3～8.3×10–2 s–1）下的压缩特性曲线，应用该结果，通过

LS-DYNA 模拟长杆弹冲击 EPS 泡沫试验，较准确地预测了材料变形和失效响应。Ozturk 等 [12] 用 LS-
DYNA 和 ABAQUS 模拟 EPS 泡沫在压缩载荷下循环加-卸载过程，利用试验结果校准 LS-DYNA 中

MAT57 材料的形状因子和滞回效应参数，预测出较精确的结果。然而，这些泡沫材料模型并未考虑应

变率效应。姚小虎等[13] 通过落锤试验，基于 ABAQUS 中的 Low Density Foam 材料模型，建立了发泡聚

乙烯（EPE）的本构模型，该模型适用于密度低、压缩弹性高的聚合物泡沫材料，并由此预测了冰箱跌落

过程中聚合物泡沫包装材料的能量吸收以及冰箱的抗跌落冲击能力。

本研究通过准静态和动态压缩试验，探讨 EPS 泡沫材料特性与密度、应变率的关系。考虑密度相

关性，通过修正获取材料在恒定应变率下动态本构关系的经验公式。基于有限元软件 LS-DYNA 中的

MAT57 和 MAT163 以及 ABAQUS 中的 Low Density Foam 和 Crushable Foam 4 种不同材料模型，建立适

用于有限元仿真的 EPS 泡沫材料本构模型，最后通过模拟落锤冲击试验进行对比验证。

1    试　验

对于不同的应变率范围，需要采用不同的试验方法确定材料的力学特性。传统的伺服液压装置能

够测试的应变率范围为 10–5～1 s–1，一般用于材料的准静态力学性能测试；落锤式冲击试验装置通过控

制下落物体的释放高度，可获得 1～103 s–1 的中应变率；对于 103 s–1 以上的高应变率，则需要应用分离

式霍普金森压杆（SHPB）等技术[14]。

考虑到 EPS 泡沫作为包装缓冲吸能材料的应用背景，本研究主要探讨材料在中低应变率下的力学

特性。为此，利用 INSTRON 万能材料试验机、落锤式冲击试验装置，分别进行准静态和动态压缩试

验，探讨不同密度 EPS 泡沫材料（EPS20（20 kg/m3）、EPS25（25 kg/m3）、EPS28（28 kg/m3））的准静态和动

态压缩力学特性。

1.1    准静态压缩试验

所有准静态压缩测试都在万能材料试验机上进行，试样尺寸均为 100 mm×100 mm×50 mm。准静

态单轴压缩试验在 10–3 s–1 和 10–2 s–1 两种应变率下进行，对应的横梁移动速率分别为 3 mm/min 和 30 mm/min。
为了获取材料密实阶段的特性曲线，所有试样的轴向压缩应变均达到 80% 以上。根据试验获得的力-
位移数据，利用试样尺寸将其转换为名义应力-应变数据。每种试验工况取 3 块试样进行测试，结果取

平均值。

1.2    动态压缩试验

动态压缩试验在落锤式冲击试验装置上进行。固定落锤质量，调节落锤下落高度 H 以控制冲击速

率。落锤冲头的下接触面需覆盖试样表面，使试样内部受力均匀。采用加速度传感器进行数据采集，

获得 EPS 泡沫的力-位移曲线。选用尺寸为 100 mm×100 mm×20 mm 的立方体试样。表 1 列出了落锤冲

击试验工况。每种试验工况取 3 块试样进行测试，结果取平均值。

表 1    EPS 落锤试验工况

Table 1    Experimental conditions of EPS

Size of specimen/（mm×mm×mm） Density of EPS/(kg·m–3) Mass of drop-hammer/kg Drop height/m

100×100×20 20，25，28 9.8648 0.2，0.5，0.8
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2    试验结果与讨论

2.1    准静态压缩力学性能

图 1 显示了准静态压缩试验前后试样变形

情况。对比发现，试验后 EPS 泡沫材料未出现

横向膨胀现象，并且横截面积始终保持不变，

验证了 EPS 泡沫材料的弹性泊松比和塑性泊

松比均接近零、压缩时材料体积不守恒等性

质。卸载后，EPS 泡沫存在残余变形。

不同应变率准静态压缩下 EPS28 泡沫材

料的典型应力-应变曲线如图 2 所示。准静态

压缩结果符合预期，具有较强的可重复性。从

图 2 中可以看出：EPS 泡沫材料存在典型的三

段式变形区域，即线弹性区、平台区、密实区；

EPS 泡沫表现出一定程度的应变率相关性，随

着应变率的增大，平台区相同应变处应力值增

加，密实区相同载荷下应变值减小，材料更早

出现强化特征进入密实阶段。

如图 3 所示，EPS 泡沫材料的应力-应变曲

线表现出密度相关性。不同密度的 EPS 泡沫

展示出变化趋势相似的平台区和密实区；但

是，与应变率相关性不同，密度增大时，材料的

弹性模量增大。可见，密度是影响 EPS 泡沫弹

性模量的重要因素。

2.2    动态压缩力学性能

每种落锤试验工况重复 3 次，得到 EPS 泡

沫在冲击下的力-位移数据。由于在较大的冲

击速率下，测试系统结构的惯性效应使载荷值

出现显著的波动现象，因此利用 Origin 采用多

点平均法对原始数据进行处理，得到合理、平

滑的应力-应变曲线。尽管这种测试方法存在

一定限制，但是该方法为中等应变率下材料动

态力学压缩特性研究提供了关键数据。典型的

不同冲击速度下 EPS25 泡沫的应力-应变曲线

如图 4 所示。3 种高度对应 3 种初始冲击速

度：H=0.2 m（1.980 m/s）、H=0.5 m（3.132 m/s）、
H=0.8 m（3.960 m/s）。随着冲击速度的增加，泡

沫材料的平台应力值增大，表现出动态压缩行

为的应变率相关性，但是弹性模量并没有明显

变化。

3 种不同密度 EPS 泡沫在同一冲击速度 (3.960 m/s，H=0.8 m) 下的应力-应变曲线如图 5 所示。随

着密度增大，材料表现出更大的弹性模量和更高的平台区应力值，说明密度是影响 EPS 泡沫动态压缩

特性的重要因素。EPS 材料单位体积吸收能量的计算公式如下 

After test

Before test

 

图 1    试样变形前后对比

Fig. 1    Comparison of deformation before and after test

Linear elasticity

Plateau region

Densification

0.8

0.7

0.6

0.5

0.4

0.3

0.2

0.1

S
tr

es
s/

M
P

a

0.001 s−1

0.01 s−1

0 0.2 0.4 0.6 0.8

Strain
 

图 2    在不同应变率准静态压缩下 EPS28 泡沫的

应力-应变曲线

Fig. 2    Stress-strain curve of EPS28 foam under quasi-static
compression test with different strain rates
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图 3    不同密度 EPS 泡沫在准静态（0.001 s–1）

压缩下的应力-应变曲线

Fig. 3    Stress-strain curves of EPS foam with different densities
under quasi-static compression test (0.001 s–1)
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Ea

V
=

w ε
0
σdε (1)

式中：Ea 为材料吸收的总能量，单位体积的能量吸收即为当前变形下应力-应变曲线所围成的几何面

积。密度较小的泡沫（EPS20）的平台应力较低，在相同冲击动能作用下，更容易进入致密段，即需要更

大的变形吸收相同的能量；相反，密度较大的泡沫（EPS28）的平台区应力值更大，在较小的变形下便能

吸收相同的能量。对比图 4 和图 5，以 EPS25 为参考发现：在动态加载条件下，随着密度增大，平台应力

的增量更大，说明密度对 EPS 泡沫材料的影响较应变率更显著。

2.3    恒定应变率下的动态压缩力学性能

ε̇

为了表征 EPS 泡沫材料的动态压缩特性，需要对其动态本构关系进行研究。然而，在落锤冲击试

验中，从冲头下落挤压泡沫，到在 EPS 泡沫的反作用下减速直至停止，试验测得的应变率在初始接触时

为最大值，随后不断减小直至趋于零，整个加载过程中不同时刻试样的应变率是变化的。为了准确地

建立 EPS 泡沫在动态加载下的本构关系，需要以恒定应变速率形式定义应力-应变关系曲线。根据

Nagy 等[15]、Zhang 等[16] 的工作，任意应变处的应力 σ 可以表示为应变率 的函数，即 

σ (ε) = σ0 (ε)
(
ε̇

ε̇0

)n(ε)

(2)
 

n(ε) = a+bε (3)

σ0(ε) ε̇0 ε̇0 n(ε)式中： 为参考准静态应变率 下的名义应力响应，本试验中参考准静态应变率 =0.001 s–1； 是与

应变相关的幂指数；a 和 b 为材料常数。为了得到材料常数 a 和 b，绘制不同应变水平下的应力-应变率

关系。由于大部分能量在平台区耗散，且不同应变率下应力平台段以自相似形式向外发展，因而在不

考虑密实段后期的情况下对该模型作进一步简化，并引入压缩动态增长因子 (Compression Dynamic
Growth Factor, CDIF) 

CDIF =
σ(ε)
σ0(ε)

=

(
ε̇

ε̇0

)n

(4)

σ (ε)

σ0.2 σ0.3

CDIF 即动态应力与准静态应力的比值，表示高应变率下应力的增加。在本研究中， 选取应力-应变

曲线平台段 20% 应变和 30% 应变处的应力，分别为 和 ，在该应变下材料已经进入稳定的平台区，

并且远离致密区。通过确定动态增长因子与应变率之间的函数关系，可以确定材料在不同应变率下的

本构关系。

Ouellet 等[1] 给出了 EPS 泡沫材料在高应变率下的测试结果；Chen 等[6] 结合试验发现几种密度不同

的泡沫材料的 CDIF 呈现相似的变化趋势，并认为被测 EPS 材料的 CDIF 与密度无关。这种做法可能忽

略了密度是 EPS 泡沫材料性能的重要影响因素这一事实。表 2 和表 3 列出了本试验中 3 种不同密度

EPS 泡沫材料的 CDIF 测试结果。
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图 4    EPS25 在不同速度冲击下的应力-应变曲线

Fig. 4    Stress-strain curve of EPS25 under different
impact velocities
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图 5    不同密度 EPS 泡沫在 3.960 m/s 冲击下的应力-应变曲线

Fig. 5    Stress-strain curve of EPS foam with different densities
under the impact velocity of 3.960 m/s
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通过拟合发现 CDIF 与应变率的对数呈双线性关系，如图 6 所示。随着密度的增大，CDIF 越大，应

变率效应越显著。CDIF 与应变率的关系可用如下经验公式表示。 

CDIF(EPS28) =


1.2043+0.068lg ε̇, 10−3 s−1 ⩽ ε̇ < 112 s−1

−1.4545+1.364lg ε̇, ε̇ ⩾ 112 s−1
(5)

 

CDIF(EPS25) =


1.1966+0.065lg ε̇, 10−3 s−1 ⩽ ε̇ < 118 s−1

−0.0389+0.661lg ε̇, ε̇ ⩾ 118 s−1
(6)

 

CDIF(EPS20) =


1.1233+0.041lg ε̇, 10−3 s−1 ⩽ ε̇ < 122 s−1

−0.5837+0.858lg ε̇, ε̇ ⩾ 122 s−1
(7)

通过对该经验公式进行插值，得到不同应变率下的 CDIF，利用参考准静态应变率下的应力-应变

曲线，得到恒定应变率下动态压缩应力-应变曲线。以 EPS28 为例，其动态压缩本构曲线如图 7 所示。

表 2    EPS 在 20% 应变处的应力与压缩动态增长因子

Table 2    Stress and CDIF of EPS at 20% strain

EPS28 EPS25 EPS20

Strain rate/s–1 Stress/MPa CDIF Strain rate/s–1 Stress/MPa CDIF Strain rate/s–1 Stress/MPa CDIF

0.001 0.212 1.000 0.001 0.178 1.000 0.001 0.144 1.000

0.01 0.244 1.147 0.01 0.197 1.102 0.01 0.159 1.100

76.50 0.282 1.325 80.25 0.235 1.319 87.00 0.170 1.180

140.50 0.314 1.478 144.00 0.251 1.408 148.50 0.182 1.262

184.75 0.352 1.657 188.25 0.266 1.492 191.00 0.199 1.379

表 3    EPS 在 30% 应变处的应力与压缩动态增长因子

Table 3    Stress and CDIF of EPS at 30% strain

EPS28 EPS25 EPS20

Strain rate/s–1 Stress/MPa CDIF Strain rate/s–1 Stress/MPa CDIF Strain rate/s–1 Stress/MPa CDIF

    0.001 0.235 1.000      0.001 0.201 1.000      0.001 0.162 1.000

  0.01 0.269 1.144     0.01 0.222 1.104     0.01 0.177 1.095

54.75 0.305 1.298   63.25 0.261 1.302   76.00 0.195 1.201

129.00  0.335 1.427 134.75 0.273 1.358 142.00 0.207 1.280

174.75  0.371 1.580 181.50 0.285 1.422 185.75 0.221 1.362
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图 6    不同密度 EPS 的应变率与 CDIF 的关系

Fig. 6    Strain rate vs. CDIF for EPS with
different densities
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图 7    恒定应变率下 EPS28 的动态压缩本构曲线

Fig. 7    Dynamic compression constitutive curve of
EPS28 under constant strain rate
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3    本构模型

ABAQUS 和 LS-DYNA 是两种常用于处理冲击问题的有限元程序包，其内置诸多聚合物泡沫材料

模型。本研究选用 4 种不同的材料模型，以模拟 EPS 泡沫材料的冲击试验，并将模拟结果与试验数据

进行对比。

3.1    基于 ABAQUS 的本构模型

在 ABAQUS 材料库中选择 Low Density Foam
和 Crushable Foam 作为 EPS 泡沫的材料模型。

Low Density Foam 模型能够较好地模拟低密

度、高压缩的弹性体泡沫，泡沫材料加/卸载后无

残余变形。加载时，该模型要求输入材料的单轴

拉伸和压缩名义应力-应变曲线，同时考虑率相关

性，还需给出不同应变率下的应力-应变曲线。根

据试验结果，输入图 7 所示率相关动态加载曲

线。典型的率相关应力-应变曲线如图 8 所示，其

中包含加载和卸载曲线。模型默认泡沫材料的

泊松比为零。另外 Low Density Foam 提供材料拉伸失效截止应力，当最大主应力达到拉伸失效截止应

力时，材料失效，单元删除，从而为拉伸失效提供一种可行的方法。材料拉伸失效应力见表 4。

Crushable Foam 模型能够较好地模拟可压碎泡沫，模型默认材料所产生的变形不是瞬时可恢复的，

将其理想化为短时间内的塑性变形。该模型假定材料为各向同性硬化，即材料在单轴拉伸和压缩时具

有相同的力学行为。同时 Crushable Foam 模型需要静水压作用下的初始屈服应力，以确定任意应力加

载下的三维屈服曲面。屈服面代表了偏应力平面内的一系列米塞斯圆。在 p-q 子午应力平面中（其中

p 为静水压应力，q 为米塞斯应力），屈服面表示中心在原点的椭圆。各向同性硬化模型的屈服面函数

定义为 

F =
√

q2+α2 p2−B = 0 (8)

B = αpc

σ0
c p0

c

该屈服面以几何自相似方式演化，如图 9 所示。椭圆在 q 轴上的大小 ，其中 pc 为静水压缩屈服

应力。形状因子 α 由单轴压缩的初始屈服应力 和静水压缩的初始屈服应力 通过下式计算得到 

α =
3k
√

9− k2
(9)

 

k =
σ0

c

p0
c

(10)

表 4    基于 Crushable Foam 模型的 EPS28 材料参数

Table 4    EPS28 material parameters based on crushable foam model

Elastic parameters Plastic parameters

Poisson’s
ratio

Modulus/
MPa

Density/
(kg·m–3)

Plastic
Poisson’s ratio

Stress/
MPa

Plastic
strain

Yield stress
ratio

Strain
rate/s–1

0 6.213 28 0

0.168 0 1 0.001

0.219 0.227 1.204 1

0.265 0.498 1.273 10

0.341 0.871 1.343 112

0.446 1.186 1.514 150

0.599 1.465 1.685 200

σ

O

ε. l
3 ε. l

2

ε. l
1

ε. u
3ε. u
2ε. u
1

ε
 

图 8    率相关加/卸载应力-应变曲线

Fig. 8    Rate-dependent loading/unloading stress-strain curves
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εp
axial

屈服面的演化受等效塑性应变控制，因此硬

化曲线需由单轴压缩屈服应力-塑性应变关系描

述。该关系通过单次加载试验测得的名义应力-
应变曲线转化得到。根据试验结果（见图 1），认
为泡沫弹性段和塑性段的泊松比为零，故屈服应

力即工程应力，则单轴塑性应变 可通过下式

计算得到 

εp
axial = ln(1+εnom)− σ

E
(11)

εnom式中： 为工程应变 (压缩为负)，E 为准静态下

ε̇pl

的弹性模量。Crushable Foam 模型需与线弹性材料模型共同使用。卸载行为为完全弹性卸载，存在残

余变形。Crushable Foam 模型给出了两种描述材料率相关行为的方法 [17]：一种是利用 Cowper-Symonds
幂律关系，拟合塑性应变率 与屈服应力比之间的关系曲线，获得材料的动态本构模型；另一种则以表

格形式输入材料的动态本构模型。本研究采用第 2 种方法，具体参数由试验测出，详见表 4。根据

Ozturk[18] 的研究，测定 EPS30 的压缩屈服应力比为 1.1，将该值用于 EPS28。

3.2    基于 LS-DYNA 的本构模型

LS-DYNA Version 970 为聚合物泡沫材料提供了多种计算用材料模型[19]。考虑 EPS 的应变率相关

性，选择 MAT57（Mat Low Density Foam）和 MAT163（Mat Modified Crushable Foam）材料模型。

MAT57 模型与 ABAQUS 中的 Low Density Foam 模型相似，对低密度高压缩性泡沫的模拟效果较

好，可定义拉伸失效破坏，并通过形状因子和滞后因子控制卸载行为，通过线性黏弹性定义应变率效

应，表达式如下 

σr
i j =

w t

0
g

i jkl
(t−τ) ∂εkl

∂τ
dτ (12)

g
i jkl

(t−τ) σr
i j σf

i j

σi j = σ
f
i j+σ

r
i j g(t) = Ede−β1t Ed β1

式中： 为松弛函数； 为应力张量的增量， 为上一时刻应力张量，故该时刻的应力张量为

。定义松弛函数 ，其中 为杨氏松弛模量， 为衰减系数。故一维材料动态本构

方程为 

σ =
Ed

β1
ε̇(1− e−

β1ε

ε̇ )+σ0 (13)

β1

该模型中材料密度、弹性模量、名义应力-应变曲线由试验数据直接给出，拉伸失效应力、粘滞阻尼系

数、形状因子、卸载滞后因子由文献 [8-9] 获得，杨氏松弛模量 Ed 和衰减系数 通过试验数据拟合

（13）式得到，详见表 5。

Mat163 与 ABAQUS 中的 Crushable Foam 模型类似，应用于可压碎泡沫建模，其中考虑了应变率效

应，并且卸载为完全线弹性。材料的率效应通过一系列率相关的应力-应变曲线定义。如图 10 所示，每

条曲线定义了不同应变率下的屈服应力与体积应变的关系。单轴加载下，体积应变-屈服应力曲线即

名义应力-应变曲线，由图 7 给出。表 5 列出了其他所需材料参数。

3.3    本构模型验证

建立如图 11 所示的落锤冲击试验有限元模型，选择 3 种不同冲击速度工况进行计算。EPS 泡沫下

表 5    基于 LS-DYNA MAT57 模型的 EPS28 材料参数

Table 5    EPS28 material parameters based on LS-DYNA MAT57 model

Density/
(kg·m–3)

Modulus/
MPa

Poisson’s
ratio

Tension cut-off
stress/MPa

Viscous
coefficient

Shape
factor

Hysteretic
unloading factor

Ed/MPa β1

28 6.213 0 1 0.1 10 0.1 0.36 169.23

σ0
c/3

σ0
c

p0
c pc

p−p
c
−p0

c
O

q
Uniaxial compression

3
1

α
1

Yield surface

Original surface

 

图 9    各项同性硬化模型的屈服面演化

Fig. 9    Evolution of yield surface for isotropic hardened models
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表面与地面接触，上表面与冲头接触，两种接触面均采用自动面面接触算法。将冲头视为刚体，质量与

试验工况一致。LS-DYNA 分析中，为了避免高压下材料局部单元出现畸变，导致负体积错误而计算终

止，在泡沫材料内部设置单元间接触，并采用常应力单元。ABAQUS 分析中，采用线性减缩积分单元，

并增强沙漏控制。

图 12、图 13 和图 14 给出了各工况下力-位
移响应曲线的试验与计算结果对比。响应曲线

可分为两部分：加载段和卸载段。在加载段，

MAT163、Low Density Foam、Crushable Foam 3 种

模型的本构关系均基于 EPS 泡沫在恒定应变率

下的动态本构曲线，因此所获得的动态响应曲线

吻合较好，能很好地预测峰值载荷，验证了所建

立材料动态本构模型的正确性。然而，对于

MAT57 模型，因其通过黏弹性物理模型导出材料

的率相关本构关系，因此对于预测 EPS 泡沫材料

的加载行为有一定差异。在卸载段，4 种材料模

型在预测 EPS 卸载响应时明显不同，其原因在

于：MAT57 模型使用卸载滞回因子和形状因子的
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图 10    率相关加载应力-应变曲线及弹性卸载行为

Fig. 10    Rate-dependent loading stress-strain curves
and elastic unloading behavior
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Rigid plane
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(b) After impact
 

图 11    EPS 泡沫有限元模型变形前后对比

Fig. 11    Comparison of EPS foam FEA model
before and after deformation
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图 12    H=0.2 m 时 EPS28 仿真结果与试验结果对比

Fig. 12    Simulated and experimental results comparison
of H=0.2 m for EPS28
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图 13    H=0.5 m 时 EPS28 仿真结果与试验结果对比

Fig. 13    Simulated and experimental results comparison
of H=0.5 m for EPS28
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图 14    H=0.8 m 时 EPS28 仿真结果与试验结果对比

Fig. 14    Simulated and experimental results comparison
of H=0.8 m for EPS28
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校准方法，通过修正其参数，卸载曲线趋势基本一致；Low Density Foam 默认卸载沿着输入的最低应变

率加载曲线进行，同时变形可全部恢复，对比可知该方法不能预测真实试验时 EPS 泡沫存在残余变形

的行为；Crushable Foam 和 MAT163 模型默认材料为弹性卸载，保留部分残余变形，与试验结果吻合。

因此 LS-DYNA MAT163 和 ABAQUS Crushable Foam 在预测 EPS 泡沫材料的冲击响应特性和加/卸载行

为方面具有良好的适用性。

利用 LS-DYNA MAT163 和 ABAQUS Crushable Foam 两种较优模型，模拟 EPS 泡沫材料的缓冲吸

能特性，对于预测其他受保护结构的抗冲击破坏能力尤为重要。表 6 列出了 EPS 能量吸收计算值与试

验测试值的对比，可见相对误差在 7% 以内，证明了吸能特性预测结果的可靠性。

4    结　论

采用万能材料试验机、落锤式冲击试验装置，对 3 种不同密度的 EPS 泡沫材料进行准静态和动态

压缩试验，结果表明：EPS 泡沫材料表现出密度相关性和应变率相关性；随着密度和应变率的增大，应

力-应变曲线的平台区应力值增大，而密实区在相同载荷下的应变值减小；密度对平台应力的影响相较

于应变率更显著；弹性模量随密度增大变化明显，但随应变率增大几乎不发生变化。基于准静态和动

态试验数据，发现不同密度 EPS 泡沫材料的动态增长因子均与应变率的对数呈双线性关系，考虑密度

相关性，通过修正获得了 EPS 泡沫材料在恒定应变率下动态本构关系的经验公式。

基于 LS-DYNA 中的 MAT57 和 MAT163 以及 ABAQUS 中的 Low Density Foam 和 Crushable Foam
4 种材料模型，建立了 EPS 泡沫的本构模型，并用于落锤试验仿真计算。对比试验数据发现，MAT163
和 Crushable Foam 模型在预测 EPS 泡沫的冲击特性响应和材料加/卸载行为时吻合较好，所得材料吸能

特性的相对误差均在 7% 以内。该结果验证了材料动态本构模型的可靠性，所建立的本构模型能较好

地描述材料动态压缩特性，同时表明这两种特定的材料模型在模拟 EPS 泡沫冲击碰撞时具有良好的适

用性。
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Dynamic Compression Characteristics of Polystyrene Foam Materials

LEI Zhongqi1, YAO Xiaohu1, LONG Shuchang1, CHANG Jianhu2, WANG Haibo2

（1. Department of Engineering Mechanics, School of Civil Engineering and Transportation,

South China University of Technology, Guangzhou 510640, China;

2. Hefei Midea Refrigerator Division, Hefei 230601, China）

Abstract:   The  quasi-static  and  dynamic  compression  tests  of  expanded  polystyrene  (EPS)  foam  material
were  carried  out  through  a  universal  material  tester  and  a  drop-weight  impact  machine.  The  density  and
loading  rate  effects  of  the  dynamic  compression  characteristics  for  the  polystyrene  foam  material  were
discussed.  By  considering  the  density  correlation,  the  empirical  formula  of  dynamic  constitutive  relation
under constant strain rate was modified based on the drop-weight test data.  The constitutive model of EPS
foam was established based on the material finite element models of MAT57, MAT163 in LS-DYNA, and
Low Density Foam and Crushable Foam in ABAQUS. By simulating the impact process of drop-weight and
comparing with the test results, it shows that MAT163 and Crushable Foam model can predict the dynamic
response  and  energy  absorption  performance  better.  The  results  verify  the  reliability  of  the  dynamic
constitutive model. Meanwhile, it  shows that these two specific material models have good applicability in
simulating the impact problem of EPS foam.
Keywords:  polystyrene foam；strain rate；density；dynamic compression characteristics；constitutive model
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冲击荷载下植物纤维增强高聚物
复合材料的力学性能

马东方1,2，马伯翰2，张幸锵1

（1. 宁波大学科学技术学院，浙江 宁波　315211；

2. 宁波大学力学与材料科学研究中心，浙江 宁波　315211）

摘要：植物纤维代替人造纤维作为填充体的增强高聚物复合材料可用于汽车、航空航天等

工业。选用一定含量的植物纤维及其他填充材料增强高聚物复合材料，在万能材料试验机和分

离式霍普金森杆实验装置上进行不同应变率下准静态和动态冲击拉伸及压缩实验。结果显示，

在植物纤维中加入少量的纳米黏土颗粒和长玻璃纤维能够较大地提高复合材料的力学性能。使

用扫描电子显微镜对不同应变率拉伸下的回收试件断口进行微观分析，揭示了植物纤维增强高

聚物复合材料在不同应变率下的断裂特性。

关键词：植物纤维；高聚物复合材料；分离式霍普金森杆；断裂特性

中图分类号：O347.3                      文献标识码：A

纤维增强高聚物复合材料具有良好的力学性能，广泛应用于航空、汽车、体育运动等工业中 [1-2]。

较为常见的植物纤维（如亚麻纤维、大麻纤维、黄麻纤维等）与传统的人造纤维（玻璃纤维、碳纤维）相

比，具有更好的力学性能，同时还具有价格低、密度小、易成型、能降解且可循环再生等优点。近年来，

植物纤维代替传统的人造纤维增强高聚物复合材料引起了众多研究者的兴趣。然而，亲水基的植物纤

维与憎水基复合材料基体之间很难融合。为了改善二者之间的混合，通常采用化学方法（碱液、乙酰、

硅烷等）对植物纤维表面进行修饰 [3-7]，同时加入偶联剂—马来酸酐（MAPP）改性热塑性基体材料，使

植物纤维与基体材料通过挤塑或压塑等方法进行充分混合[8-10]。

目前对纤维增强复合材料尤其是植物纤维增强高聚物复合材料的研究，大多集中在植物纤维的表

面处理以及准静态拉伸、压缩及剪切的力学性能上[11-13]。Ahmad 等[14] 发现复合材料的拉伸性能随着植

物纤维含量的增加而变好。Sain 等[15] 研究了准静态荷载下低分子量的 MAPP 对各类植物纤维（如牛皮

纸浆、大麻等）增强聚丙烯的影响，结果显示，合适含量的 MAPP 能有效增强复合材料的拉伸性能。然

而，由复合材料制成的结构构件经常遭受高速冲击或爆炸荷载，为准确描述冲击荷载下的结构响应，需

要精确获得复合材料的动态力学性质，另外结构构件的最终断裂往往是动态过程，因此有必要对植物

纤维增强高聚物复合材料在冲击荷载下的力学特性进行研究。

本研究采用 Instron 万能材料试验机及分离式 Hopkinson 拉伸（SHTB）和压缩（SHPB）实验系统，研

究一定含量经表面修饰后的植物纤维增强聚丙烯复合材料在不同应变率下的力学性能。为改善植物

纤维与热塑性基体材料之间的粘结强度并使植物纤维均匀分散在基体材料中，在填料中加入少量经修

饰的纳米黏土颗粒（M-clay）和长玻璃纤维（LGF）。利用扫描电子显微镜（SEM）观测典型回收试件的断

口表面形貌，揭示植物纤维增强高聚物复合材料在不同应变率下的断裂特性。
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1    复合材料制备

选用较常用的植物纤维—黄麻（Jute）作为增强材料，基体为热塑性材料聚丙烯（PP）。为使亲水

基的植物纤维与憎水基的基体材料之间更好地融合，使用三乙氧基硅烷及三甲氧基甲硅烷修饰黄麻纤

维。将经硅烷表面处理后的黄麻纤维与聚丙烯在双螺杆热注塑机中进行混料。需要注意的是，为使材

料充分融合，需要调节各个单元块的温度及螺杆速度，混料时尽量避免黄麻植物纤维长时间经受高

温。采用热挤注机将混合好的复合材料挤注成型，加工成如图 1 和图 2 所示的试件。受挤注模具的限

制，需先将复合材料挤注成片状样品，然后切割加工成如图 1（b）和图 1（c）所示的试件，用于 SHPB 和

SHTB 实验。

经测试发现，经表面修饰后的植物纤维与基体材料的粘结强度不高，且植物纤维极易从基体材料

中拔出，这可能是由于黄麻纤维在热塑性基体材料中分散不均匀，容易发生簇团。为解决该问题，在基

体材料中加入少量的经硅烷修饰并用环氧树脂插入的纳米黏土颗粒（M-clay）。

曾广胜等 [16] 研究发现，植物纤维增强复合材料的抗拉性能随着纤维含量的增加而增强，但纤维含

量超过一定量时，复合材料的抗拉性能反而降低。经过反复的配比及试验发现，当植物纤维的质量分

数为 30% 时，可以得到比较理想的增强效果，与我们的试验结果基本一致。据此，本研究选用质量分数

为 30% 的经修饰后的黄麻纤维，分别添加少量的纳米黏土颗粒（质量分数 5%）和长玻璃纤维（质量分

数 4%）等填充材料，与聚丙烯充分混合成不同的复合材料，然后分别采用 Instron 万能材料试验机和

SHTB、SHPB 实验系统，进行不同填料增强的聚丙烯复合材料在不同应变率下的力学性能研究。

2    准静态和动态拉伸及压缩实验

采用 Instron 万能材料试验机，对不同填料增强复合材料进行准静态拉伸和压缩实验，应变率均控

制在 10–3 s–1。采用接触式引伸计同步测量试件在准静态拉伸过程中的平均应变。

采用 SHTB 实验系统进行高应变率下植物纤维增强高聚物复合材料的冲击拉伸实验。SHTB 实验

(a) Quasi-static tensile test (b) SHTB test (c) SHPB test

图 1    复合材料挤注成型试件

Fig. 1    Extrusion molding composite specimens
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图 2    试件几何尺寸（单位：mm）

Fig. 2    Dimensions of specimens (Unit: mm)
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系统中，采用高压气体驱动长度为 400 mm 的子弹，在长度为 4700 mm、直径为 19 mm 的入射杆及相同

直径的透射杆中产生拉伸波，入射杆和透射杆上的应变片记录入射、反射和透射脉冲信号，由动态应变

仪将其转化成电信号。考虑到透射信号较弱，用灵敏度较高的半导体应变片增强透射信号。因复合材

料板条试件无法直接与中空的入射杆及透射杆连接，采用与入射杆及透射杆直径相同、材料接近的特

殊转化夹具将试件与杆连接，如图 3 所示。特殊夹具包括两部分：带有刻槽的部分用螺杆与入射杆、透

射杆连接，用高强度胶将板条试件粘在刻槽内，为避免应力集中，仅将试件的矩形段与夹具粘结；将夹

具的另一部分与带刻槽的部分用高强胶粘结。为近似满足 SHTB 实验中某一段时间内试件的应力和

应变处于均匀状态，对板条试件进行优化设计，优化后的试件尺寸如图 2 所示。优化后的板条试件在

SHTB 装置上进行不同应变率（100～1200 s–1）下的动态拉伸实验，通过调节高压气室的气压改变子弹

的冲击速度。

采用 SHPB 实验系统对直径为 6 mm、高度为 3.2 mm 的圆柱形试件进行高应变率冲击压缩实验，

其中入射杆、透射杆及吸收杆的直径均为 14 mm。实验过程中，通过调节气室压力改变圆柱形子弹的

冲击速度。

σ(t) ε (t) ε̇(t)基于一维弹性波理论[17]，SHTB 和 SHPB 实验中试件的应力 、应变 和应变率 由下式给出 

σ(t) =
A0

As
E0εt(t) (1)

 

ε (t) = −2C0

Ls

w t

0
εr(t)dt (2)

 

ε̇(t) = −2C0

Ls
εr(t) (3)

εr(t) εt(t)式中： 和 分别为反射波和透射波的应变信号，A0 为入射杆和透射杆的横截面面积，Ls 和 As 分别

为试件有效段的长度和横截面积，C0 为入射杆和透射杆的弹性波速。

3    准静态和动态实验结果

使用 Instron 万能材料试验机对不同填料增强的高聚物复合材料进行准静态拉伸和压缩实验。为

了减小材料不均匀以及实验过程引入的误差，对每种复合材料分别选取 5 个有效结果进行平均，不同

材料的准静态拉伸、压缩的应力-应变曲线如图 4 所示。结果显示，加入少量经修饰后的纳米黏土颗粒

和长玻璃纤维后，复合材料的抗拉强度有较大提升，并且压缩性能也有所改善，断裂应变无明显降低。

采用 SHTB 和 SHPB 实验装置分别进行植物纤维增强高聚物复合材料在不同应变率下的冲击拉伸

及压缩实验。由于板条试件与 SHTB 实验装置由专门夹具连接，冲击拉伸过程中除了试件有效段发生

变形之外，板条试件的过渡段和夹具也可能发生变形。为了精确测量试件有效段的应变，采用非接触

式应变测量方法。申海艇等 [18] 分析了数字图像相关性全场应变方法与采用（2）式所得应变之间的差

Projectile Incident bar

Strain gage Fixtures Fixtures Semiconductor strain gage

Transmission bar
Specimen

Fixtures FixturesSpecimen

图 3    SHTB 实验装置示意图

Fig. 3    Schematic diagram of SHTB experimental setup
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ε (t) = −2KC0

Ls

r t

0 εr(t)dt

异，并验证了数字图像相关性全场应变分析在 SHTB 实验中的有效性。据此，引入参数 K 对（2）式进行

修正并加以验证，修正后的结果为 。为了得到真实可靠的实验结果，对不同填料

增强复合材料在相同应变率下进行多次重复实验，将相同应变率下的 10 次有效实验数据进行平均，典

型的实验结果如图 5 所示。填充材料及应变率均对复合材料的应力-应变曲线有较显著的影响，植物纤
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图 4    含不同填料的植物纤维增强高聚物复合材料的典型准静态实验结果

Fig. 4    Typical quasi-static experimental results of natural fiber reinforced PP composites with different fillings
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图 5    不同应变率下含不同填料的植物纤维增强高聚物复合材料典型 SHTB 实验结果

Fig. 5    Typical SHTB experimental results of natural fiber reinforced PP composites with different fillings at different strain rates
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维增强高聚物复合材料的拉伸性能均随着应变率的增加而增加，而失效应变则随之降低。需要指出的

是：图 5 中当应变率在 100 s–1 左右时，首次冲击荷载下复合材料板条试件没有发生断裂，应力-应变曲

线的陡降是由于 SHTB 实验的应力历史引起（试件在实验中遭受多次冲击拉伸）。当 SHTB 实验中子弹

的冲击拉伸速度较大时，首次冲击作用下试件被拉伸致断裂；而当应变率超过 200 s–1 后，应力-应变曲

线的陡降则是由于试件断裂造成的。加入少量纳米黏土颗粒后，植物纤维增强高聚物复合材料的力学

性能有一定程度提高，但增强效果达不到传统纤维增强效果，在 30% 的黄麻纤维内加入 5% 经修饰后

的纳米黏土颗粒及少量的长玻璃纤维之后，相同的应变率下其抗拉强度较前者提高 15%～20%，并且延

性并无明显降低。

为了进一步研究植物纤维增强热塑性基体材料的力学性能，在 SHPB 实验系统中进行冲击压缩实

验。由于试件与入射杆、透射杆之间的接触较为紧密，实验过程中只有圆柱形试件产生变形。此外，试

件的直径与入射杆及透射杆直径差别较大，很难用非接触式应变测量系统准确测量。因此，植物纤维

及其填料增强的不同高聚物复合材料实验中的应力、应变及应变率由（1）式～（3）式给出。不同应变率

下，不同复合材料典型的应力-应变曲线如图 6 所示。可以看出：植物纤维增强高聚物复合材料压缩性

能的应变率效应也较为明显；植物纤维中增添一定量的纳米黏土颗粒可提高复合材料的抗压性能，而

在填料中添加少量的长玻璃纤维对抗拉性能的提高并不显著。

4    复合材料的断裂特性分析

通过观察不同应变率拉伸实验后回收的典型试件发现，试件拉伸断口比较平直，且断裂位置随
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图 6    不同应变率下含不同填料的植物纤维增强高聚物复合材料的典型 SHPB 实验结果

Fig. 6    Typical SHPB experimental results of natural fiber reinforced PP composites at different strain rates
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机。为了进一步研究植物纤维增强高聚物复合材料的断裂特性，采用 SEM 观测回收试件的断口，典型

结果如图 7 所示。需要说明的是，在较低的拉伸应变率（小于 200 s–1）下，首次冲击拉伸下板条试件没

有发生断裂，为此本研究只列出首次拉伸荷载下发生断裂的试件断口 SEM 图像。准静态拉伸下，不同

填料增强的高聚物复合材料的断口均出现较多的韧窝。这可能是由于热塑性基体材料在拉伸过程中

首先发生变形，纤维与基体发生相互作用，当荷载不大时，纤维没有被拔出或拉断，而是随着基体材料

共同变形；随着荷载的逐渐增加，基体材料达到极限承载力后发生失效，荷载主要由纤维承担，最终纤

维被拉断或拔出，在断口上留下韧性基体材料的失效韧窝。然而，随着应变率的增加，试件断口上的韧

窝逐渐消失，断口呈现脆性断裂标志的河流状，并且长玻璃纤维和植物纤维被拉断或拔出得越来越

多。同时发现，植物纤维增强高聚物复合材料在拉伸过程中植物纤维被拔出或撕裂，并且随着应变率

的增加，纤维被撕裂的数量逐渐增多。这是由于基体材料的强度较低，部分纤维迅速承担大部分荷载

而达到其失效条件，纤维断裂或被拔出，而此时基体材料来不及参与变形，使得断口表面没有出现韧

窝。从图 7 中也可以看出，增加纳米黏土颗粒后，植物纤维与基体材料之间的结合更加紧密，少量的长

玻璃纤维还能增加高聚物复合材料的抗拉强度。

植物纤维增强高聚物复合材料 SHPB 实验的典型回收试件形貌如图 8 所示。可见，准静态实验

中试件并没有压碎，而呈现出延性材料的特性。在 SHPB 实验中，试件均发生不同程度的破坏；随着

应变率的增加，破坏程度增加，并且破坏始于试件中心，随后向周围蔓延，断裂面与水平面的夹角约

为 40°。
 

 (a) PP/NF(30%)

 (b) PP/NF(30%)/M-clay(5%)

(c) PP/NF(30%)/M-clay(5%)/LGF(4%)
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图 7    不同应变率下典型拉伸实验后回收试件断裂表面的 SEM 图像

Fig. 7    SEM images of fracture surface of recovered tensile specimens at different strain rates
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5    结　论

采用双螺杆挤出机将经表面处理的植物纤维及其他增强材料与聚丙烯均匀混合形成复合材料，由

热挤注机加工成型。采用万能材料试验机及 SHTB、SHPB 实验装置，对一定含量的植物纤维及其他填

充材料增强聚丙烯复合材料进行准静态和动态拉伸及压缩实验，用 SEM 观测典型回收试件的断裂表

面，得到以下主要结论：

（1）在一定量的植物纤维中加入少量经修饰后的纳米黏土颗粒和长玻璃纤维等填料，能够明显提

高聚丙烯复合材料的抗拉性能，植物纤维增强高聚物复合材料的拉伸强度及失效时的应变均与应变率

相关；

（2）在填充材料中添加少量的纳米黏土颗粒可以提高复合材料的抗压强度，并且随着应变率的增

加，破坏程度增加，而破坏开始于试件中心，随后向周边蔓延，断裂面与水平面的夹角约为 40°；
（3）准静态拉伸致断裂的断口形貌与冲击荷载下的断口形貌完全不同，准静态拉伸断裂伴随韧性

断裂特征，而冲击拉伸断裂则更多表现为脆性断裂特性。
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Abstract:  Natural fiber, replacing conventional reinforced as its various advantages, often are embedded in
weaker material for reinforcing the materials. Natural fiber reinforced polymer composites are widely used in
application of automotive construction, aerospace, etc. as special engineering material because of outstanding
mechanical properties. In this paper, the uniaxial tension and compression tests of polymer composites filled
with  constant  content  natural  fiber  and  other  filler  were  examined  on  universal  testing  machine  and  split
Hopkinson bar at different strain rates. The test results show that the mechanical properties of natural fiber
reinforced  polymer  composite  are  significantly  improved  by  additional  modified  nano  clay  and  long  glass
fiber. The fracture surface of recovered specimen of different strain rates were observed by using scanning
electron microscope (SEM), and the tensile failure characteristics was revealed.
Keywords:  natural fiber；polymer composite；split Hopkinson bar；failure characteristics
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纤维金属层合板的抗爆性能及失效机理
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摘要：采用爆炸冲击摆锤系统，对玄武岩纤维-铝合金层合板和碳纤维-铝合金层合板进行了

爆炸加载实验。实验中通过改变炸药质量获得不同的加载冲量，分析了载荷冲量、结构组合形

式以及纤维类型对纤维金属层合板变形 /失效模式的影响。实验中观察到分层、基质失效、金属

撕裂、塑性大变形等典型的变形失效模式。实验结果表明：随着冲量的增加，纤维金属层合板中

铝合金层的塑性变形以及纤维层的损伤区域不断增大；纤维金属层合板相对于单一的金属层合

板具有更优异的抗冲击性能。

关键词：纤维金属层合板；爆炸载荷；变形/失效模式；抗爆性能

中图分类号：O382.1                      文献标识码：A

随着高新技术的发展以及材料一体化设计新理念的日趋成熟，同时具备高比强度、高比刚度以及

优良耐腐蚀和耐疲劳性等特性的超混杂复合材料在航空航天、汽车工业、国防科技等高新技术领域得

到了广泛应用。纤维-金属层合板（Fiber Metal Laminates，FML）是金属或合金材料与纤维复合材料通过

交替层铺，在特定温度和压力作用下结合而成的新型超混杂复合材料。近年来，结构在爆炸载荷作用

下的动力响应逐渐成为热点问题，然而对于轻质材料或复合材料在爆炸载荷作用下动力响应的实验报

道却较少。FML 结合了纤维的抗疲劳性和高比强度以及金属的高断裂韧性和优良的抗冲击性能的特

点 [1-5]，在许多高新技术领域得到了广泛应用。纤维-金属层合结构的概念早在 1950 年就被提出，经过

几十年的发展，人们已经对其基本静力学行为和低速冲击下的动力学行为有了一定的了解 [6-7]，但是强

动载荷下的动力学行为研究却相对较少 [8-10]。Lemanski 等 [11-12]研究了玻璃纤维铝合金层合板在局部爆

炸加载下的动力响应，探究了层叠方式对结构响应的影响。Fleisher[13]研究了 FML 行李箱的抗爆性，发

现它可以承受空难级别的爆炸，显示了复合材料结构的巨大潜力。Bikakis 等 [14]利用 ANSYS/LS-
DYNA 软件分析了不同等级铝合金对 FML 冲击损伤响应的影响，并与实体板的抗弹性能进行对比，发

现采用 7075-T6 铝合金作为金属层时 FML 具有最佳弹道性能。Yaghoubi 等 [15]通过实验和数值模拟研

究了不同厚度的 GLARE 5 纤维金属梁的弹道冲击性能，结果表明弹道极限相对于金属体积分数和试

样厚度呈抛物线趋势变化，同时 GLARE 5 梁中铝层弯曲、拉伸以及界面脱粘等失效模式对冲击能量的

吸收起到重要作用。Sitnikova 等[16]通过 Abaqus/Explicit 创建 FML 有限元模型，研究了 FML 在局部爆炸

载荷下的穿孔失效，模拟中得到了基于薄 GFPP（Glass Fiber Reinforced Polypropylene）层的 FML 动态失

效模式，例如拉伸撕裂以及铝层与 GFPP 层之间的多重剥离，揭示了背面铝的模拟失效与 GFPP 损伤模

式之间的相关性。古兴瑾等[17]推导了复合材料应变率相关的三维本构关系，并将其用于复合材料层板
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高速冲击损伤的数值模拟。马小敏[18]通过 Kevlar/Epoxy 复合材料层合板的平头弹冲击实验和有限元数

值模拟，分析了其在不同冲量下的变形失效模式以及不同结构的抗冲击性能。李鑫等[19]对玄武岩纤维/
铝合金层合板进行了弹道实验，发现在质量相当的情况下，其抗弹性能与芳纶纤维 /铝合金层合板相

当。陈琪等[6]对 GLARE 层板的基本力学性能、抗冲击性能、挤压性能、疲劳性能等研究现状进行了综

述，指出目前关于 GLARE 动力学特性研究的不足，需要进行系统深入的探讨。

本研究采用冲击摆锤系统对玄武岩纤维-铝合金层合板以及碳纤维-铝合金层合板进行爆炸加载实

验。实验中通过改变炸药质量获得不同的加载冲量，对不同冲量作用下 FML 的变形失效模式进行分

析，探讨不同配置 FML 的动力响应，并对比碳纤维和玄武岩纤维对 FML 抗爆性能的影响。

1    实　验

1.1    材料及试件

实验中所采用的玄武岩纤维布由德国 Incotelogy 公司提供，型号 FGMW0002；碳纤维布由美国

Hexcel 公司提供，型号 HexForceTM 282；铝合金薄板材料为 Al-6061。3 种材料的力学性能见表 1，其中：

ρ 为面密度，σb 为抗拉强度，E 为杨氏模量，h 为厚度，σs 为屈服强度，ε 为断裂伸长率，ν 为泊松比；碳纤

维布和玄武岩纤维布的 σb、E、ε 均对应其单纤维的材料属性。

实验中所用 FML 采用真空辅助成型方法制作，如图 1 所示。先将 Al-6061 铝合金板进行表面清

洗，均匀涂抹底涂剂（Primer94，3M），增加与复合材料的粘结强度；固化剂与 5015 环氧树脂按照

3∶10 的比例进行混合并搅拌均匀，放入真空干燥机中抽真空 20 min，去除搅拌时混入的气泡；然后将

铝板和纤维布进行叠层铺设，其中平纹编织玄武岩纤维布和碳纤维布的铺层方向相同，并且纤维方向

与铝板边缘平行；将树脂均匀涂抹在每层中，在真空袋中抽真空去除多余树脂，并进行 24 h 常温固化，

随后放入 80 ℃ 恒温箱中进行 16 h 的固化；为了适应实验所用的夹具，对加工好的试件进行水切割，得

到尺寸为 300 mm×300 mm 的 FML。为便于对比，采用相同方法制作具有相同厚度的 3 层铝合金层

板。试件编号、质量（ms）及厚度（H）列于表 2，其中：A 代表铝合金，B 代表玄武岩纤维，C 代表碳纤维，

角标代表纤维布或铝板层数，me 为炸药质量。

表 1    材料属性

Table 1    Mechanical property of materials

Material Type ρ/(g·m–2) σb/GPa E/GPa h/mm σs/MPa ε/% ν
Aluminum alloy Al-6061 810 0.124 68.9 0.30 103 12.0 0.33

Carbon fiber cloth HexForceTM 282 197 4.654 231 0.26   1.8

Basalt fiber cloth FGMW0002 210 4.300 100 0.15   3.1

Sealan

FML

Breather
Release film

Vacuum bag

To vacuum pump

Mold

图 1    真空辅助成型工艺说明

Fig. 1    Illustration of vacuum bagging process
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1.2    实验装置

实验装置采用自行设计的弹道冲击摆锤系统，如图 2 所示，系统主要由前端夹具、中部的工字型钢

梁及尾部的平衡配重组成。夹具为正方形，其外部边长为 400 mm，内部边长为 250 mm。为了保证在运

动过程中摆锤能够保持平动，整个系统由 4 根钢丝悬挂在空中。试件由 8 根螺栓固定在前端的夹具

上。圆柱形塑性炸药和起爆雷管放置在试件正前方，距离试件 50 mm，起爆点位于炸药正后方。在摆

锤尾部设置激光位移传感器（Micro-Epsilon LD1625-200），通过记录摆锤运动过程的位移时程曲线计算

出摆锤所受冲量，进而根据试件的受载面积计算出试件受到的冲量（I）[20]。试件被夹具固定之后，爆炸

冲击波的有效加载面积为 250 mm×250 mm。

2    实验结果及分析

实验中共测试了 5 组试件，包括 2/1、3/2 的玄武岩纤维-铝合金层合板和碳纤维-铝合金层合板以

及 3 层纯铝板。实验结束后，使用轮廓仪测得试件的最终挠度 γ，实验结果列于表 2。

2.1    典型的变形 /失效模式

实验中发现大部分试件出现类似的变形/失效模式，图 3 给出了试件 A/B2/A 在 5.42 N·s 冲量下典型

的变形/失效模式，可见试件可分为 3 个变形区域。

表 2    FML 爆炸实验结果

Table 2    Experimental results of FMLs

Sample configuration ms/g H/mm me/g I/(N·s) γ/mm

A3 218.2 0.94 5.0   5.07

A/B2/A 223.8 0.95 5.0   5.42 36.95

A/B2/A 203.2 0.91 3.0   4.32 29.96

A/B2/A 214.8 0.94 1.0   1.16   5.01

A/C2/A 220.2 1.02 5.0   5.35 32.55

A/C2/A 225.3 1.07 3.0   4.23 26.64

A/C2/A 214.8 1.05 1.0   1.69   4.36

A/B2/A/B2/A 424.6 1.71 9.0 13.13 28.41

A/B2/A/B2/A 398.5 1.67 7.0   8.39 17.57

A/B2/A/B2/A 406.2 1.67 5.0   5.31   8.21

A/C2/A/C2/A 349.4 1.86 9.0 12.96 24.88

A/C2/A/C2/A 348.5 1.85 7.0   8.32 21.35

A/C2/A/C2/A 348.6 1.84 5.0   5.06   6.24

Counter

balance

Laser 

displacement 

sensor

Penduluml-

beam

Clamp

frame

Explosive

charge

Detonator

switch

Steel column

Specimen

Explosive

Wire rope

I-beam

Counter

weight

Oscilloscope

Laser displacement sensor

(a) (b)

图 2    弹道摆锤系统

Fig. 2    Four-cable ballistic pendulum system
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（1）夹持区域：此区域被夹持，由于夹具与 FML 之间的摩擦力较小，在结构变形过程中并不能保证

完全固支，两者会发生相对面内滑动，因此在此区域有时会发生局部颈缩/屈曲。

（2）整体变形区域：在爆炸载荷作用下，试件裸露部分形成轴对称塑性大变形，同时在对角线方向

出现明显的塑性绞线。

（3）局部变形区域：在载荷强度较大的中心区域，当爆炸加载时会观察到损伤，如铝合金层的局部

凸起、纤维与金属的分层剥离、内部复合材料层的基质开裂、纤维断裂等。

本实验所得变形/失效模式与 Langdon 等 [12]在 GLARE 层板爆炸实验所得结果存在一定区别，主要

原因是本实验采用空中爆炸加载而非接触爆炸加载，因此结构中心所受最大载荷明显减小，不会出现

中心区域的局部严重破坏，包括纤维的大量断裂、金属撕裂等。而在空中爆炸加载下，结构受载面积增

大，结构表现出明显的整体变形模式。

图 4 给出了冲量为 13.13 N·s 时，A/B2/A/B2/A 层合板的前后面板、复合材料层及横截面的变形/失

效模式。可以看到，层合板的整体变形/失效模式与图 3 相似，由于厚度增加，在弯曲和法向拉伸波的共

同作用下，铝合金层出现塑性大变形，背面铝层产生了比前铝层更大的塑性变形；粘结层完全失效，铝

板与背面复合材料层之间发生剥离；复合材料层并未发生明显的整体变形，局部中心在爆炸载荷下出

现了明显的基质失效，但是纤维因其高拉伸强度并未出现明显断裂。

Champed region

Global

deformation

Localized

deformation and

failure

Front Back

Fiber

direction

图 3    FML 典型的变形/失效模式（A/B2/A，I=5.42 N·s）

Fig. 3    Typical deformation/failure modes of FML（A/B2/A，I=5.42 N·s）
 

(a) Front face

Local of the rear 

composite layer

(b) Back face (c) Composite layer (d) Local part

(e) Cross section

图 4    在 13.13 N·s 冲量下 A/B2/A/B2/A 的变形/失效模式

Fig. 4    Deformation/failure pattern of A/B2/A/B2/A under the impulse of 13.13 N·s
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2.2    冲量对变形 /失效模式的影响

图 5 给出了 A/C2/A 前、后面板在不同冲量（1.69、4.23、5.35 N·s）加载下的变形失效模式。当冲量

较小时，由于炸药量较少，雷管没有全部熔化，因此层合板出现了较多破片穿透的孔洞；随着药量的增

大，雷管破片在高温高压起爆过程中被熔融消耗，因此层合板上破片穿孔数量明显减少。当冲量为

1.69 N·s 时，可以看到层合板仅出现较小的塑性变形，塑性铰线不明显；当冲量增大到 4.23 N·s 时，层合

板出现较大的整体变形，对角区域出现明显的塑性铰线，靠近边界处发生剪切变形，同时在边界区域出

现一定的颈缩现象；随着冲量增加至 5.35 N·s，试件整体变形继续增大，塑性绞线沿对角线逐渐向板中

央移动。铝板局部变形区域出现凸起，呈现不规则多边形，这一现象与 Langdon 等[12]在 GLARE 板的爆

炸实验中所观察到的结果一致，主要由试件后面板和复合材料层完全分离所导致。

图 6 分别给出了不同冲量下 A/B2/A 试件和 A/C2/A/C2/A 试件的横截面变形剖面。从图 6 中可以看

到：层合板的变形具有连续性和对称性，两种试件均在局部爆炸加载区域出现铝合金层的塑性变形和

粘结层的失效，未发生侵彻破坏。随着冲量的增加，可以观察到 A/B2/A 试件的整体变形区域范围和最

终挠度增大，如图 6（c）（冲量为 5.42 N·s 时 A/B2/A 的剖面放大图）所示，可见 FML 内部出现复合材料层

的基质失效；A/C2/A/C2/A 试件的损伤区域范围增加，后铝板层的最终残余挠度增大，铝合金层与复合材

料层的分层损伤由中心向两端延伸，整体变形区域和夹持区域的分层逐渐明显。

图 7 给出了不同层合板背面的变形轮廓。从图 7 中可以观察到，玄武岩纤维-铝合金层合板和碳纤

维-铝合金层合板的后面板均表现出：中心区域的局部变形最大，逐渐向两边延伸；随着冲量的增大，两

端出现剪切变形，纤维-铝合金层合板的损伤区域逐渐增大。从表 2 中的最终挠度可以看到，在相同冲

量加载下，相同配置的碳纤维-铝合金层板的整体变形小于玄武岩纤维-铝合金层板，表现出更优异的抗

爆性能。

从变形/失效模式可以看出，FML 在爆炸载荷作用下的主要能量耗散方式是：铝合金层的塑性大变

(a) Front face

(b) Back face

1.69 N·s 4.23 N·s 5.35 N·s

1.69 N·s 4.23 N·s 5.35 N·s

图 5    不同冲量下碳纤维铝合金层合板 A/C2/A 前后面板变形/失效模式

Fig. 5    Deformation/failure modes of front and back faces of carbon fiber aluminum-alloy laminate A/C2/A under different impulses
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形以及局部破坏、纤维复合材料层的基质失效和纤维断裂、复合材料层的内部分层以及金属层和复合

材料层的剥离。实验中所观察到的 FML 动态失效模式与 Sitnikova 等 [16]的模拟结果相同，进一步验证

了 FML 在爆炸载荷作用下的能量耗散方式。在小冲量作用下，FML 因其较高的强度，没有发生明显的

变形，因此其耗散能量较少；随着冲量的增加，上述变形失效方式将逐渐参与到能量耗散过程中，直至

结构完全破坏。

2.3    不同层合板抗爆性能对比

图 8 为冲量 5.07 N·s 时 A3（3 层铝板）的变

形失效模式。可以看出：A3 试件的铝合金层已

经被穿透，整体变形区域出现塑性大变形且向

下凹陷，局部变形区域金属失效，呈现出三角

形撕裂区域。对比图 3，A/B2/A 试件中的铝合

金层发生塑性大变形，整体变形区域沿对角线

向下凹陷，局部变形区域铝合金层未撕裂，出

现一个不规则多边形凸起，该损伤由铝合金层

与复合材料层剥离所致。

图 9 给出了不同冲量下单位质量 FML 后

面板最终残余挠度的对比。从图 9 中可以看

到，随着冲量的增加，FML 后面板的最终挠度不断增加，单位质量碳纤维-铝合金层合板的最终挠度相

(a) (b)

(c)

A/B2/A, 4.32 N·s

A/B2/A, 5.42 N·s

A/C2/A/C2/A, 8.32 N·s

A/C2/A/C2/A, 12.96 N·sA/B2/A, 5.42 N·s

图 6    不同冲量下 A/B2/A 和 A/C2/A/C2/A 背面铝板变形剖面

Fig. 6    Deformation profile of back aluminum face of A/B2/A and A/C2/A/C2/A under different impulses
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图 7    纤维-铝合金层合板背面铝层变形轮廓

Fig. 7    Deformation profile of aluminum layer on the back of fiber-aluminum alloy laminate
 

(a) Front face (b) Back face

A3, 5.07 N·s A3, 5.07 N·s

 

图 8    铝合金层合板 A3 的变形/失效模式 ( I=5.07 N·s)

Fig. 8    Deformation/failure modes of A3 under impulse I=5.07 N·s
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对较小，表现出较好的抗冲击性能。但是由于碳

纤维复合材料的弹性模量与铝合金相差较大，变

形过程中界面应力较大，从而更容易发生脱胶并

出现局部大变形（中间凸起）。

3    结　论

采用冲击摆锤系统对 FML 在爆炸载荷作用

下的变形失效模式进行实验研究，分析了不同面

板配置、不同冲量下玄武岩纤维-铝合金层合板

和碳纤维-铝合金层合板的抗爆性能，得到以下主

要结论：

（1）在爆炸载荷下试件可分为 3 个变形失效区域，即夹持区域、整体变形区域和局部变形区域，其

能量耗散方式包括金属塑性大变形、金属纤维间的分层和剥离、基质破裂和纤维断裂等；

（2）随着载荷冲量的增加，试件的整体变形区域范围和最终挠度增大，局部塑性变形也逐渐增大，

层合板的内部出现分层、剥离、基质失效等；

（3）由于碳纤维的抗拉强度高、密度小，因此碳纤维-铝合金层合板比玄武岩纤维-铝合金层板具有

更优异的抗爆性能。
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图 9    单位质量 FML 后面板残余挠度

Fig. 9    Specific deflection of FML with different impulses
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Anti-explosion Performance and Failure Mechanism of Fiber-Metal Laminates

ZHANG Lei1, MA Xiaomin1, LI Rujiang2, LI Xin1, WU Guiying1

（1. College of Mechanics, Taiyuan University of Technology, Taiyuan 030024, China;

2. Institute of Chemical and Environmental Sciences, North Central University, Taiyuan 030051, China）

Abstract:   In  this  work  we  performed  blast  loading  tests  on  basalt  fiber-aluminum  alloy  laminates  and
carbon  fiber-aluminum  alloy  laminate  using  an  explosion  impact  pendulum  system  and  obtained  different
loading impulses by changing the quality of the explosive, thereby analyzing the influences of load impulse,
structure combination and fiber type on the deformation/failure mode of fiber metal laminates and revealing
the laminates’ typical failure modes such as delamination, matrix failure, metal tear and plastic deformation.
The experimental results showed that the plastic deformations of the aluminum alloy layer in the fiber metal
laminate and the damage area of the fiber layer increase with the increase of the impulse, and the fiber metal
laminates have better impact resistance than that of the single metal laminate.
Keywords:  fiber metal laminate；blast load；deformation/failure modes；blast resistance
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基于 3D-DIC 对爆炸作用下

碳纤维层合板的变形研究

刘青青，郭保桥，石    晨，陈鹏万
（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：针对 3 种不同铺层的碳纤维复合材料层合板，设计了开放式爆炸加载实验，研究不同

的炸药质量和爆炸距离下层合板的动态力学行为。基于两台高速相机，搭建了高速三维变形场

的实验测量系统，记录层合板在爆炸作用下动态变形过程。通过三维数字图像相关方法（3D-DIC）

软件计算得到层合板在冲击波作用下的动态位移场和应变场。研究发现：层合板在弱冲击波作

用下只发生弹性变形，正交铺层和准均质铺层均表现出良好的抗冲击能力；在强冲击波作用下

层合板会产生分层、基体开裂、纤维断裂等形式的损伤，铺层顺序对损伤形式有很大影响。

关键词：碳纤维层合板；三维数字图像相关方法；爆炸；损伤；破坏

中图分类号：O347.1; TB332                      文献标识码：A

碳纤维增强复合材料（Carbon Fiber Reinforced Plastics, CFRP）由于具有比强度高、质量轻、比模量

高、耐腐蚀等优点，在很多领域得到广泛应用 [1]。在航空领域，CFRP 的使用量更是衡量飞行器先进程

度的重要指标。军用飞机在战斗过程中，导弹、高射火炮等武器产生的冲击波和高速破片对飞机的安

全造成严重威胁。相对于金属材料，碳纤维增强树脂复合材料的脆性更强，爆炸产生的冲击波对

CFRP 机体结构更容易造成损伤。飞机在服役期间，CFRP 的老化和损伤会导致材料力学性能减退，在

面对破片高速撞击或冲击波作用时，其力学性能受到挑战。

爆炸冲击过程在时间上是一个强烈非线性的复杂过程，爆炸产生的冲击波和高速运动的飞片会带

来极大的破坏作用 [2]。爆炸冲击载荷作用下材料和结构的响应与防护是爆炸力学研究的热点，但研究

爆炸条件下材料和结构的变形与破坏存在较大困难，动态变形与破坏测试更是实验测量领域的难点。

基于应变计的电测法是变形测量的传统方法[3]，但是这种方法只能获得少数几个点的信息，无法获

得被测表面的位移场和应变场等，因而难以对爆炸和冲击过程进行全面分析。数字图像相关方法

（Digital Image Correlation，DIC） [4–8] 是一种基于物体表面散斑图像灰度分析的光测方法，通过比较变形

前后物体表面的两幅数字图像，从而获得物体运动和变形信息。由于测量过程简单，且能获得整个被

测表面的位移场和应变场信息，所以非常适合包括高速变形场测量在内的现场实时测量。DIC 技术自

20 世纪 80 年代建立以来[4]，在理论和算法上不断改进和完善，已经发展得相对成熟[9–11]，并且在力学研

究的许多方面得到了成功的应用。美国南卡大学的 Sutton 等[12] 使用高速 3D-DIC 研究爆炸载荷下平板

动态变形过程，成功地量化测量了爆炸过程中平板的爆炸应变，得出了玻璃纤维复合板的动态屈服强

度曲线；美国桑迪亚国家实验室的 Cooper 等 [13] 也成功将高速 3D-DIC 技术应用到壳体爆炸领域中；英
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国帝国理工大学的 Arora 等[14] 用高速 3D-DIC 方法测量了不同组成结构的三明治板材在爆炸冲击下的

变形场，分析了三明治结构承受爆炸冲击的能力。本工作把 3D-DIC 测量方法引入 CFRP 在开放式爆

炸加载作用下的动态变形与破坏情况研究中，分析爆炸条件和铺层顺序对层合板损伤形式的影响，为

CFRP的实际使用提供理论参考。

1    实验材料及方法

1.1    材料参数

CFRP 采用 T300 系列单向纤维布，基体为环氧树脂，采用真空热压工艺压制成型。层合板铺层方

式如表 1 所示，以下简称 A、B、C 型。每种铺层的层合板尺寸为 400 mm×400 mm×3 mm，每层厚度

0.125 mm，共 24 层，层合板密度为 1.76 g/cm3，纤维体积分数为 72%，层合板的力学性能参数如表 2 所

示，其中 E、G、υ分别是弹性模量、剪切模量和泊松比。在层合板的周边开有直径为 12 mm 的圆孔，通

过法兰盘安装在设计好的固定装置上，实验过程中对试验件采用四周完全固定的方式进行夹持，层合

板用于测量的尺寸为 300 mm×300 mm×3 mm，安装示意图如图 1所示。

1.2    实验装置及方法

爆炸实验装置如图 2 所示，3D-DIC 测量系

统由两台 Fastcam SA5 高速相机组成，为了实

现在爆炸条件下两台高速相机的图像同步采

集，该测量系统还包括同步触发装置、照明装

置、用高强度有机玻璃制作的系统防护装置，

其中两台高速相机呈一定角度聚焦并观测试

样表面的同一区域。当实验开始时，启动同步

触发装置，同步触发电雷管和 3D-DIC 观测系

统，两台相机同时记录一系列成对的变形图

片，并以 8 bit的形式输出储存。

基于 3D-DIC 测量原理 [7–10]，通过对比激光喷射散斑、滚轮散斑质量后，采用黑色马克笔人工制作

散斑的方法，在实验之前对材料制作了高质散斑场。实验过程中采用压缩型 TNT 圆柱状炸药，当量分

别为 20 g 和 35 g。炸药在层合板的正后方，即炸药的圆心与层合板的几何中心在一条直线上。由于拍

摄速度越快，图像分辨率越低，因此在保证图像分辨率和拍摄速度的情况下，采用的拍摄频率为

35 000 幅/秒，图像的分辨率为 320×568像素。实验所用炸药的质量以及炸药中心到层合板的距离如表 3
所示。

表 1    碳纤维层合板铺层方式

Table 1    Lamination of carbon fiber laminates

Material type Laying method Thickness/mm

A [0°]24 3.00

B [0°/90°/45°/–45°/–45°/45°/90°/0°]3 3.00

C [45°/0°/–45°/90°/90°/–45°/0°/45°]3 3.00

表 2    复合材料单层板的弹性力学参数

Table 2    Elastic parameters of composite laminates

E11/GPa E22/GPa E33/GPa G12/GPa G13/GPa G23/GPa υ12 υ13 υ23

131.00 10.20 10.20 6.30 6.30 3.91 0.25 0.25 0.38

400 mm × 400 mm

Flange hole

Laminates
Fixed plate

Ø12 mm × 20 mm

300 mm × 300 mm

O x

z y

 

图 1    层合板的安装示意图

Fig. 1    Schematic diagram of the installation of laminate
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2    实验结果分析

使用 VIC-3D 软件处理测量系统采集到的

样品板表面散斑图像时，两个相机的共同观测

区域被称为相机视场（Field of View，FOV），

DIC 计算所选择的相关匹配区域被称为相关计

算区域（Area of Interest，AOI），样品变形图像的

计算区域选择如图 3 所示。其中 AOI 的尺寸

为 320×568 像素，计算所选的相关子区的大小

为 29×29 像素，步长为 3（每隔 2 个像素点计算

一步）。为了便于对板变形过程进行分析和比

较，在计算区域提取中心点 A 作为特征点，过

中心点平行于 y 轴方向的直线 BC 作为特征直

线，对其变形数据进行深入分析。

2.1    弱冲击波作用下层合板的动态力学响应分析

对 A 型、B 型、C 型 3 种不同类型的层合

板均进行了 TNT 当量为 20 g、炸药球心到层合

板中心距离为 350 mm 的爆炸实验。宏观分析

层合板损伤情况如表 4所示。

如图 4 所示，A 型板为单向铺层，抵抗冲

击波的能力最弱，在炸药产生的冲击波刚接触

层合板的瞬间，层合板中心点位置即发生了剧

表 3    不同类型的层合板实验参数

Table 3    Experimental parameters of different types of laminates

Test No. Laminate type Explosive mass/g Explosion distance/mm

1 A 20 350

2 B 20 350

3 B 35 210

4 C 20 350

5 C 20 100

表 4    层合板宏观损伤情况

Table 4    Macroscopic damage of the laminates

Test No. Macroscopic form of destruction

1 2 penetrating cracks and 5 obvious cracks

2 No visible crack

4 No visible crack

Light

TNT

Wall

Window

Computer
Camera 1

Camera 2

Light

Trigger
device

C
FR

P

图 2    测量系统示意图

Fig. 2    Schematic diagram of the measurement system
 

O

y

x
B

A(160,284)

C
 

图 3    计算区域选择

Fig. 3    Calculation area selection
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烈的变形。随着冲击波强度的增大，层合板在中心处产生沿纤维方向的断裂并且被直接穿透。在冲击

过程中，单向铺层的层合板沿纤维方向的刚度最大，垂直于纤维方向的刚度最小，致使分层和裂纹扩展

沿纤维方向比垂直纤维方向的速度快，材料均在沿纤维方向产生最长裂纹。由于夹持装置给予材料一

定的预紧力作用，在靠近夹持装置的位置，层合板出现了裂纹，并直接被穿透。爆炸结束后，总共产生

了 5 条明显可见的裂纹，其中中心处和靠近夹持装置处裂纹最为严重，导致材料直接断裂，断裂的方向

均为沿纤维方向。

经过 3D-DIC 软件对采集的图像进行处理，得到 A 型层合板的离面位移场，如图 5 所示。在时间 t=
1.57 ms 时，冲击波刚开始接触层合板，中心点位移 w 开始增大；仅过了 0.2 ms，层合板中心和靠近夹持

装置的部分已经沿纤维方向被穿透，可见单向铺层的层合板抗冲击强度很弱。实验数据处理结果与肉

眼观察得到的层合板的损伤情况相同。

B 型层合板的位移场变化规律如图 6 所示，其破坏情况与 A 型板完全不同。如图 6(b) 所示，爆炸

过程中，由于冲击波高速传播，部分散斑脱落，但对整个层合板变形的分析没有太大影响。爆炸结束

后，材料没有产生任何肉眼可见的裂纹和损伤。分析结果显示：当 t=0.17 ms 时，炸药产生的冲击波刚

开始接触层合板，中心点位移急剧上升；在 t=0.74 ms 时，层合板达到最大离面位移 14.9 mm；随后位移

进入振荡状态，但最大和最小位移逐渐减小，振荡幅度越来越小，直到慢慢变为零。由此可见，层合板

可以完全吸收此爆炸条件下冲击波产生的能量。由图 6(f) 可知，整个冲击波传播过程非常迅速，当

t=31.7 ms时，层合板的位移已几乎变为零，材料未发生损伤，整个受冲击过程只在弹性范围内变化。

图 4    A型层合板表面破坏损伤形态

Fig. 4    Damage form on the surface of plate A
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图 5    A型板位移场变化

Fig. 5    Variation of the displacement field of the plate A
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选取 B 板中心点，其位移变化曲线如图 7 所示。触发雷管引爆炸药后，冲击波开始传播，中心点位

移沿直线上升，最大值为 14.9 mm。随后，冲击波沿中心向四周扩散，中心点位移逐渐减小，但是冲击波

形成的反射波使层合板的位移沿反方向增大，最大值为 9.5 mm。冲击波第二次传播，使中心点的位移

沿正方向增大，第二次达到最大位移 11.55 mm，如此循环往复。整个过程中材料没有发生任何塑性变

形，只发生了弹性变形。

C 型板的整个变形过程与 B 型板非常相似。由于爆炸有所延迟，C 型板在 t=1.23 ms 时才开始产生

变化，最大位移和 B 型板相同。图 8 为两种板中心点最大主应变随时间变化的曲线。二者的变化规律

相同，反映出 CFRP 良好的抗冲击能力。C 型板的最大主应变高于 B 型板，最大值相差 0.001 2，可见
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图 6    B型层合板位移场变化图

Fig. 6    Displacement field change of plate B
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图 7    中心点的位移随时间变化曲线

Fig. 7    Displacement curve over time of
a pointnear the center
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图 8    B、C型板中心点最大主应变随时间变化的曲线

Fig. 8    Curve of maximum principal strain over time
at the center point of plates B and C

   第 33 卷 刘青青等：基于3D-DIC对爆炸作用下碳纤维层合板的变形研究 第 6 期      

064201-5



B型板的弹性性能优于 C型板，在不发生破坏的情况下对冲击能量的吸收更强，与层合板的设计原则[15]，

即在表面铺设织物或±45°层可以改善层合板抗压缩和抗冲击性能的理论相符。

选取对 B 型板和 C 型板过中心点竖直方向的线段，分析其位移变化规律，如图 9 所示。在中心点

位移上升的第一阶段，B、C 两种铺层的层合板变形规律虽然很接近，但并不完全相同。B 型板的离面

位移曲线上升速度小于 C 型板，说明 B 型板吸收冲击能量的性能优于 C 型板，和图 8 得到的主应变的

比较结果一致。

2.2    强冲击波作用下层合板的损伤分析

为了进一步分析炸药质量和距离对层合板破坏的影响，以及层合板在强度更高的冲击波作用下的

损伤机理，对 B 型板进行了 TNT 当量为 35 g、炸药圆心到层合板中心点距离为 210 mm 的爆炸实验，对

C型板进行了 TNT当量为 20 g、炸药距离为 100 mm的爆炸实验，分析其损伤及破坏情况。

实验结果如图 10 所示，层合板均产生了一定程度的损伤破坏，其中 B 型层合板的损伤情况更为严

重，出现了纤维断裂、基体开裂、纤维拔出、脱粘、分层等损伤。C 型层合板在不改变炸药质量、只缩

短距离的条件下，出现了分层损伤，由于受一定的预紧力作用，在边缘出现了分层和翘曲，表面有沿纤

维方向的断裂，但是没有纤维拔出，在实验过程中出现了散斑脱落。

−150 −100 −50 0 50 100 150
0
2

4

6

8

10
12
14
16  t = 0.17 ms

 t = 0.20 ms
 t = 0.23 ms
 t = 0.26 ms
 t = 0.29 ms
 t = 0.31 ms
 t = 0.34 ms
 t = 0.37 ms
 t = 0.40 ms
 t = 0.43 ms
 t = 0.46 ms
 t = 0.49 ms
 t = 0.51 ms
 t = 0.54 ms
 t = 0.57 ms
 t = 0.60 ms
 t = 0.63 ms
 t = 0.66 ms
 t = 0.69 ms
 t = 0.71 ms
 t = 0.74 msy-coordinate/mm

O
ffs

et
 d

isp
la

ce
m

en
t/m

m

(a) Displacement of the selected curve of plate B

−150 −100 −50 0 50 100 150
0
2

4

6

8

10
12
14
16  t = 1.23 ms

 t = 1.31 ms
 t = 1.34 ms
 t = 1.37 ms
 t = 1.40 ms
 t = 1.43 ms
 t = 1.47 ms
 t = 1.49 ms
 t = 1.51 ms
 t = 1.54 ms
 t = 1.57 ms
 t = 1.60 ms
 t = 1.63 ms
 t = 1.66 ms
 t = 1.69 ms
 t = 1.71 ms
 t = 1.74 ms
 t = 1.77 ms
 t = 1.80 ms

O
ffs

et
 d

isp
la

ce
m

en
t/m

m
y-coordinate/mm

(b) Displacement of the selected curve of plate C 

图 9    B型和 C型板所选曲线的位移变化对比

Fig. 9    Comparison of displacement changes of selected curves from plates B and C
 

(a) Damage diagram of plate B

(b) Damage diagram of plate C 

图 10    B型和 C型板损伤表面形态

Fig. 10    Surface damage morphology of plates B and C
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图 11 为 B 型板中心点的位移变化曲线。

当 t=1.17 ms 时，冲击波接触层合板，中心点位

移沿直线迅速上升，但在 t=1.57 ms 时，层合板

的周边已经出现分层、脱粘。此时层合板内部

已经发生了损伤，纤维渐渐拔出，所以位移沿

曲线上升到最大值。当 t=1.77 ms 时，位移达到

最大值 24.3 mm。随后层合板的位移下降，往

复循环 3次后，位移处于相对稳定的状态，不再

有大幅度的波动，说明层合板内部出现了严重

的纤维断裂、分层、脱粘等破坏，爆炸结束形

成如图 10所示的形态。正如文献 [16]所说，层

合板的失效过程是损伤不断累积、刚度逐渐退化、应力不断重新分布的动态过程，所以在实际应用中

对层合板的设计尤为重要。

3    结　论

（1）复合材料层合板在受高速冲击过程中，首先产生沿纤维方向的微小裂纹，随着冲击波的传播，

裂纹逐渐增长，从而产生分层，分层面的基体挤裂导致纤维断裂，铺层不同，产生的裂纹方向不同。

（2）正交铺层和准均质铺层的层合板在受到高速冲击波作用时，弹性范围内变化规律相同，均表现

出良好的抗冲击波能力，在非弹性范围内前者容易发生纤维拔出、分层等损伤，45°铺层在首末位置有

利于改善层合板的抗冲击性能。

（3）把高速 3D-DIC 测量方法引入爆炸冲击的测量研究中，通过实验测量得到材料的三维变形场，

分析 CFRP 在极端载荷下的动态力学响应，可为 CFRP 在冲击波作用下的安全防护及可靠性提供指导。
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图 11    中心点位移随时间变化曲线

Fig. 11    Displacement curve of center point over time
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Deformation of Carbon Fiber Laminates under
Explosion Based on 3D-DIC

LIU Qingqing, GUO Baoqiao, SHI Chen, CHEN Pengwan

（State Key Laboratory of Explosion Science and Technology, Beijing Institute of Technology, Beijing 100081, China）

Abstract:  An open explosion loading experiment was designed for three differently laminated carbon fiber
composite  laminates  to  study  the  dynamic  mechanical  behavior  of  the  laminates  under  different  explosive
masses and explosive distances. Based on two high-speed cameras, an experimental measurement system for
high-speed  three-dimensional  deformation  field  was  built,  and  the  images  of  the  dynamic  deformation
process  of  the  laminates  under  the  action of  the  explosion were  recorded.  The dynamic displacement  field
and strain field of the laminates under the shock wave were calculated by 3D-DIC software. The results show
that the laminates only undergo elastic deformation under low shock wave, and the orthogonal layer and the
quasi-homogeneous layer have good impact resistance; under the action of high shock wave, the laminates
will cause damage in the form of delamination, matrix cracking, fiber breakage, etc. The order of the layup
has a great influence on the form of damage.
Keywords:  carbon fiber reinforced laminate；3D-DIC；blasting loading；damage；failure
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CFRP 层合板低速冲击响应及损伤特性研究
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摘要：为了研究碳纤维增强复合材料 (Carbon Fiber  Reinforced Plastics，CFRP) 层合板低

速冲击力学性能，开展了铺层顺序为 [454/–454]4T 的 CFRP 层合板落锤低速冲击试验。研究了条

形冲锤冲击角度和半球形冲锤直径两个影响因素下的 CFRP 层合板低速冲击力学响应，同时通

过凹坑深度和分层损伤面积研究了层合板低速冲击损伤特性。试验结果表明：当条形冲锤冲击

角度与层合板表面纤维方向平行时以及以较小直径的半球形冲锤冲击时，最大中心位移和能量

耗散较大，凹坑深度和分层面积也较大；在冲锤直径和冲击角度两个单因素变量下，凹坑深度与

分层损伤面积成正相关；直径为 10 mm 的半球形冲锤冲击层合板时，在凹坑区域存在明显的纤

维断裂；14 mm 和 16 mm 半球形冲锤冲击时，损伤虽目视可见，但未见明显纤维断裂。

关键词：碳纤维增强复合材料层合板；低速冲击；损伤特征；凹坑深度；分层损伤面积

中图分类号：O347.1; V214.8                      文献标识码：A

复合材料因其高比强度、高比刚度和高疲劳抗力，广泛运用在航空航天、军工和新能源汽车等领

域 [1–2]。碳纤维增强复合材料（Carbon Fiber Reinforced Plastics，CFRP）层合板在制造和使用维护过程中，

不可避免地会受到冲击载荷，如工具跌落、冰雹撞击等[1–4]。CFRP 层合板对低速冲击十分敏感，受到低

速冲击后易产生分层、基体开裂和纤维断裂等损伤[5–7]，导致结构强度和疲劳性能大幅下降[8–10]。因此，

研究 CFRP 层合板的低速冲击意义重大，故开展了 CFRP 层合板低速冲击响应及损伤特性相关研究。

现有研究发现，冲锤参数明显影响层合板的低速冲击力学行为[11–15]。Mitrevski 等[11] 通过对比半球

形、锥形等冲锤形状下的层合板力学响应，发现能量耗散、峰值冲击力和冲击接触时间明显依赖于冲

锤形状；此外还发现钝的冲锤造成更大的损伤面积，并且显著降低层合板的拉伸强度。Amaro [12]、

Icten[13] 等研究了冲锤直径对低速冲击力学性能的影响，发现冲锤直径显著影响层合板的能量耗散和穿

透阈值。事实上，在冲锤冲击的各个参数中，冲击角度对层合板的损伤特性也有显著的影响。然而，现

有冲击角度相关研究主要关注冲锤冲击方向与层合板法向之间的夹角[14–15]，并未关注条形冲锤等非圆

形冲锤冲击方向与层合板表面纤维方向之间的夹角，而后者在复合材料低速冲击载荷下很可能发生。

在层合板低速冲击损伤特性研究方面，低速冲击后的凹坑深度和分层损伤面积均是层合板损伤状

态的重要特征。Sebaey[16]、Wang[17] 等研究了分层损伤面积与低速冲击能量之间的对应关系。Shi[18]、

Xu[19] 等研究发现冲击面的凹坑深度与冲击能量正相关。然而，目前的研究对凹坑深度和分层损伤面

积这两种参量之间的关系关注较少，同时未对条形冲锤冲击角度和半球形冲锤直径等因素对凹坑深度

和分层损伤面积的影响规律进行深入研究。
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本研究针对铺层顺序为 [454/–454]4T 的 CFRP 层合板，开展落锤低速冲击试验，探讨条形冲锤冲击

角度和半球形冲锤直径两个影响因素下的 CFRP 层合板低速冲击力学性能，同时通过凹坑深度和分层

损伤面积研究层合板的损伤特性，为更有效地提升复合材料抗冲击特性提供指导。

1    材料与试验方法

1.1    CFRP 层合板制备

铺层顺序为 [454/–454]4T 的 CFRP 层合板由 T300/YH69 单向预浸料通过热压罐固化成型制成。单

向预浸料厚度为 0.12 mm，整个铺设过程在温度为（25 ± 2）℃、相对湿度为 40%±5% 的环境中完成。使

用水切割技术，从固化的原始试样中得到尺寸为 230 mm× 50 mm 的试样，试样的平均厚度为 3.75 mm。

1.2    夹持方式

夹具包括上盖板、导向板、橡胶垫和支撑板，如图 1 所示。两个橡胶垫置于上盖板和试样之间，使

层合板在冲击过程中与橡胶垫紧密贴合。

1.3    冲　锤

为了研究冲锤参数对层合板低速冲击力学行为的影响，使用条形冲锤和半球形冲锤，如图 2
所示。其中条形锤头的长度为 19 mm，侧面直径为 4.8 mm。半球形冲锤的直径分别为 10、14 和 16 mm，

共 3 个半球形冲锤。

1.4    试验步骤

根据 ASTM D7136[20] 在 Instron Dynatup 9250HV 落锤冲击试验机上进行落锤低速冲击试验，如图 1
所示，试样通过图 1 的夹具固支。试验过程中，采用防二次冲击装置防止冲锤重复冲击。冲锤的总质

量为 5.607 kg。在冲击过程中，使用数据采集装置记录冲击力-时间曲线、中心位移曲线和能量曲线

等。每个试样的凹坑深度在冲击后的 10 min 通过高精度激光位移传感器 LK-GD500 测得。试样的试

验安排如表 1，其中 S 表示条形冲锤，H 表示半球形冲锤。条形冲锤冲击角度分别与层合板 0°方向成

表 1    低速冲击测试安排

Table 1    Low-velocity impact test arrangements

Test Key factor Type Impactor parameter Impactor energy/J
Impactor velocity/

（m∙s−1）
Times

1 Impactor angle
S–45

S0

S45

Strip impactor, –45°
Strip impactor, 0°
Strip impactor, 45°

10 1.88 2

2
Impactor
diameter

H10

H14

H16

Hemispherical impactor, 10 mm
Hemispherical impactor, 14 mm
Hemispherical impactor, 16 mm

10 1.88 2

Rubber
gasket

Specimen90°
0°

Bolt
Cover plate

Guide
plate

Supporting
plate

图 1    试验装置及夹具

Fig. 1    Testing machine and the fixture
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β–45°、0°和 45°夹角，冲击角度 如图 3 所示。层合板 0°方向为层合板长度方向，如图 1 所示。条形冲锤

冲击时，层合板冲击面及非冲击面与半球形冲锤冲击时相反，即冲击面的表面纤维方向为–45°。

2    试验结果与分析

2.1    试样损伤检测

通过 C 扫获得的分层损伤云图如图 4 所示。冲击后试样冲击面的损伤形貌如图 5 所示。低速冲

击后层合板的凹坑深度和分层损伤面积如表 2 所示。

（1）冲击角度

S–45-A、S0-A 和 S–45-A 分别为条形冲锤沿着–45°、0°、45°冲击角度冲击的典型试样，其中 A 表示平

行试验中具有代表性的典型试样。试验结果表明，冲击角度对层合板的凹坑深度和分层损伤面积均有

显著的影响，这与靠近冲击面的 4 层–45°纤维的方向有关。当冲锤沿着试样的 45°方向冲击时，冲击方

Strip impactor Hemispherical
impactor

 

图 2    条形冲锤和半球形冲锤

Fig. 2    Strip impactor and hemispherical impactor

Normal of the laminate

Strip impactor

Impact face

Fiber directionat impact face

−45°
β

Impact direction

0° direction
of the laminate

 

图 3    条形冲锤冲击角度

Fig. 3    Impactor angle of the strip impactor

0 50 100 150 200 250 300 Unit: mm

0°
90°

S−45−A S0−A S45−A H10−A H14−A H16−A

图 4    冲击后试样 C 扫图

Fig. 4    C-scan results of all types of specimens after impact
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H16−A
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S45−A

Strip dent (−45°)
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Fiber
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Visible
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图 5    冲击后冲击面的损伤形貌

Fig. 5    Damage at the impact face after impact
 

   第 33 卷 廖斌斌等：CFRP层合板低速冲击响应及损伤特性研究 第 4 期      

044202-3



向与表面纤维方向垂直，表面的 4 层纤维承受较大的载荷，使凹坑深度较小；当冲锤沿着试样的–45°方
向冲击时，冲击方向与表面纤维方向平行，表面的 4 层纤维承受相对较小的载荷，使基体损伤加剧，凹

坑深度较大；当冲锤沿着试样的 0°方向冲击时，冲击方向与表面纤维方向成 45°，凹坑深度为 0.19 mm，

介于上述两个冲击角度之间，如表 2 所示。通过对分层损伤面积的统计，S–45-A 层合板的分层损伤面积

为 2147 mm2，分别比 S0-A 和 S–45-A 高 20.4% 和 23%，如图 4 和表 2 所示。

（2）冲锤直径

H10-A、H14-A 和 H16-A 分别为直径 10、14 和 16 mm 的半球形冲锤冲击的典型试样。H10-A 试样的

凹坑深度为 0.30 mm，分别比 H14-A 和 H16-A 试样的凹坑深度高 23.3% 和 21.0%。通过对分层损伤面积

进行统计，H10-A 试样的分层损伤面积为 1613 mm2，分别比 H14-A 和 H16-A 试样的分层面积高 3.7% 和

23.0%。这主要是由于 10 mm 直径的冲锤与层合板之间的接触面积小，较大的集中力产生更加严重的

纤维和基体损伤，使凹坑深度较大，同时分层损伤也更严重。

此外，在不同直径冲锤的冲击下，冲击面冲击区域的损伤状态也均有不同。10 mm 冲锤冲击时，冲

击区域存在明显的纤维断裂环，而 14 mm 和 16 mm 冲锤冲击时表面损伤虽目视可见，但没有明显的纤

维断裂。10 mm 冲锤冲击过程中，越接近凹坑中心的区域垂直于层合板的载荷越大，如图 6（a）所示；当

垂直于层合板的载荷超过纤维强度，纤维发生断裂，如图 6（b）所示。曲率较大的 10 mm冲锤冲击时，随

表 2    冲击损伤测试结果

Table 2    Summary of the impact test results

Specimen Dent depth/mm Delamination damage area/mm2 Specimen Dent depth/mm Delamination damage area/mm2

S–45 0.22 2147 H10 0.30 1613

S0 0.19 1710 H14 0.23 1553

S45 0.17 1651 H16 0.21 1230

(c) Impact loading by different diameter impactor

Impactor

Laminate

F RB F RS Vertical load: F RS = F RB

Dent from bigger
diameter impactor
Dent from smaller
diameter impactor

(a) Impact loading (b) Impact unloading

Lowest pointFiber breakage

Laminate
Dent

ImpactorImpactor

Laminate
FA

FA < FB < FC

F AF B

FB
FC

F Cμ
v

Vertical load
F A = FA × cos μ
F B = FB × cos v
F C = FC

→
→

→

→→

→

→

→

→

→

图 6    冲锤加载示意图

Fig. 6    Sketch of the impactor loading
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着与冲击中心距离的增大，垂直于层合板的载荷变化比 14 mm 和 16 mm 冲锤冲击时更加明显，如图 6（c）
所示，使用 10 mm 冲锤冲击时更易产生纤维断裂。

凹坑深度和分层损伤面积是层合板低速冲击损伤的重要特征。将不同冲击角度和冲锤直径下各

层合板的凹坑深度和分层损伤面积进行归纳，如表 2 所示。通过对比发现，在冲击角度和冲锤直径单

因素变量下，凹坑深度与分层损伤面积成正相关。层合板主要通过层内损伤（基体开裂、纤维断裂和纤

维/基体脱粘）和层间损伤（分层）两种损伤方式耗散能量。凹坑深度主要反映层内损伤状态，分层损伤

面积主要反映层间损伤状态。上述现象反映：当冲击角度平行于表面纤维方向以及冲锤直径减小时，

层内损伤和层间损伤均更加严重。

2.2    冲击力-时间响应

条形冲锤和半球形冲锤冲击层合板的冲击力-时间曲线如图 7 所示，冲击力用 F 表示，时间用 t 表
示。可见每种情况下平行试验的冲击力-时间曲线基本一致，选用平行试验-1（即 Experiment 1）作为典

型试样。图 8（a）和图 8（b）分别为条形冲锤和半球形冲锤冲击下典型试样的冲击力-时间曲线。在弹性

阶段，冲击力线性增加直至达到损伤初始阈值 FH，此时初始分层损伤导致层合板刚度开始改变[1，3]。因

此，损伤初始阈值 FH 可作为层合板抵抗初始分层的重要参数 [1，3]。损伤初始阈值 FH 之后，曲线发生波

动，这主要由层内和层间损伤演化导致。在达到峰值冲击力 Fmax 后，冲锤开始回弹，冲击力卸载至零。

如图 8（a）所示，条形冲锤沿着–45°方向冲击的损伤初始阈值 FH, S–45 为 6158 N，比沿着 0°方向冲击

的损伤初始阈值 FH, S0 和沿着 45°方向冲击的损伤初始阈值 FH, S45 分别高 9.7% 和 13.1%。然而，峰值冲

击力 Fmax,  S–45 为 3970 N，比 Fmax, S0 和 Fmax, S45 低 23% 和 22%。这是由于当条形冲锤沿着–45°冲击时，刚

开始冲锤与表面的–45°纤维平行接触，使此阶段的冲击抗力较大，需要较大的加载才会导致初始分层，

当冲锤向下移动时，与冲锤垂直的 45°纤维也参与承载，此时冲击抗力增加并不明显，使峰值冲击力较

小；当条形冲锤沿着 45°冲击时，层合板的冲击抗力与上述相反，使损伤初始阈值较小，峰值冲击力较

大；当条形冲锤沿着 0°冲击时，层合板的冲击抗力介于上述两者之间。10 mm 冲锤冲击时损伤初始阈

值 FH, H10 为 2580 N，比 14 mm 冲锤冲击的损伤初始阈值 FH, H14 和 16 mm 冲锤冲击的损伤初始阈值 FH, H16

分别低 35% 和 43%；峰值冲击力 Fmax, H10 为 4080 N，较 Fmax, H14 和 Fmax, H16 小 15% 和 22%，如图 8（b）所示。

这是由于 16 mm 直径的冲锤冲击时，较大的接触面积减少了纤维及基体与冲锤的接触应力，从而提升
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图 7    各试样的冲击力-时间曲线

Fig. 7    Impact force-time curves of each specimens
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了冲击抗力；而 10 mm 冲锤的接触面积较小且集中在冲击区域，使试样损伤更加严重，冲击抗力减小。

此外，10 mm 冲锤的冲击力-时间曲线在接近峰值冲击力时出现了载荷的突然下降，这是由于纤维断裂

导致，与图 5 中 10 mm 冲锤观察到的纤维断裂现象一致。

2.3    冲击力-中心位移响应

图 9（a）和图 9（b）分别为条形冲锤和半球形冲锤冲击下典型试样的冲击力-中心位移曲线，其中中

心位移用 d 表示。曲线分为 A、B、C 3 个阶段，分别对应试样的损伤初始阶段、损伤演化阶段和回弹阶

段。阶段 A 为试样的弹性阶段，即从加载开始直到损伤达到损伤初始阈值 FH。阶段 B 为冲击过程中

的损伤演化阶段，分层、纤维和基体损伤使冲击力产生波动，直至达到最大中心位移。阶段 C 为试样

的回弹阶段，储存在试样的弹性能开始释放，当冲击力为零时，冲锤与层合板分离时的冲锤位移为残余

中心位移。

条形冲锤和半球形冲锤冲击下，冲击力-中心位移曲线的阶段 A、B 和 C 有着明显的界限。条形冲

锤和半球形冲锤的最大中心位移和残余中心位移均存在明显差异。条形冲锤沿着–45°冲击产生的最

大中心位移和残余中心位移最大，这是由于–45°方向冲击时阶段 B 的区域更大，产生的损伤更加严重，

更多的能量通过层合板损伤耗散。10 mm 直径的半球形冲锤产生的最大中心位移为 3.92 mm，比 14 mm
和 16 mm 直径的冲锤高 10.6% 和 17.9%。可见 10 mm 直径冲锤冲击过程中阶段 B 的区域更大，层内损

伤和层间损伤更加严重，与图 4 和图 5 观察到的试验现象一致。此外，10 mm 直径的冲锤冲击下较严重

的损伤会导致储存到层合板的弹性回弹能量更小，残余中心位移更大。

2.4    能量-时间响应

图 10（a）和图 10（b）分别为条形冲锤和半球形冲锤冲击下典型试样的能量-时间曲线。当冲锤开始
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图 8    条形冲锤和半球形冲锤冲击下典型试样的冲击力-时间曲线

Fig. 8    Typical impact force-time curves under strip and hemispherical impactors impact
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图 9    条形冲锤和半球形冲锤冲击下典型试样的冲击力-中心位移曲线

Fig. 9    Typical impact force-central displacement curves under strip and hemispherical impactors impact
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接触试样时，能量耗散开始出现，试样吸收冲锤的动能出现变形。当冲锤达到最低点时，所有的动能一

部分转变为试样的应变能，一部分由损伤、摩擦等方式耗散。随后，冲锤开始回弹，弹性卸载发生，试

样可恢复的弹性应变能转化为冲锤的动能，直至冲锤与层合板分离。曲线的最终能量值代表层合板总

能量耗散，总能量耗散主要是层合板的各损伤能量耗散的总和。

如图 10（b）所示，3 种直径半球形冲锤冲击下，达到峰值能量的时刻存在明显的差别。10 mm 和 16 mm
直径的冲锤峰值能量时刻相差 0.63 ms。在冲击过程中产生的损伤会减少层合板的横向刚度，从而直接

影响冲锤的加速度。因此，3 种直径冲锤冲击下，损伤的差异会导致达到峰值能量的时刻存在明显的差

异。此外，对比图 10（a）和图 10（b），半球形冲锤冲击下达到峰值能量时刻的差异比条形冲锤以 3 种冲

击角度冲击时更加明显。

由图 10 可得条形冲锤沿着–45°冲击角度冲击时，层合板的能量耗散为 8.43 J，比 0°和 45°冲击时层

合板的能量耗散高。能量耗散反映了层合板的损伤状态，由此可见沿着–45°冲击时损伤更加严重，与图 4
和表 2 所示的凹坑深度和分层损伤面积的试验结果一致。10 mm 直径的半球形冲锤冲击时，层合板的

能量耗散为 6.91 J，比 14 mm 和 16 mm 冲锤冲击时的能量耗散高 24.9% 和 25.2%。这说明 10 mm 直径

冲锤冲击时产生的损伤最大，与图 4 和图 5 的试验现象一致。冲击角度和冲锤直径分别通过不同的方

式影响总能量耗散。冲击角度通过冲锤与表面纤维不同的接触方式造成不同的损伤状态来影响总能

量耗散，冲锤直径通过冲锤与层合板不同的接触面积造成损伤来影响总能量耗散。

3    结　论

以铺层顺序为 [454/–454]4T 的 CFRP 层合板为研究对象，通过低速冲击落锤试验，研究了条形冲锤

冲击方向和半球形冲锤直径两个影响因素下的 CFRP 层合板低速冲击力学性能，同时通过凹坑深度和

分层损伤面积研究了层合板损伤特性。

（1）冲击角度和冲锤直径对低速冲击力学响应和损伤特性都有显著的影响，主要通过改变冲锤与

层合板的接触条件实现。当条形冲锤的冲击方向平行于表面纤维方向时，会产生较大的损伤初始阈

值、较小的峰值冲击力，最大中心位移和能量耗散也较大；当较小直径的半球形冲锤冲击时，产生的损

伤初始阈值和峰值冲击力较大，最大中心位移和能量耗散也较大。

（2）当条形冲锤的冲击方向平行于表面纤维方向时，凹坑深度和分层损伤面积较大；当半球形冲锤

的直径较小时，凹坑深度和分层损伤面积较大。在冲锤直径和冲击角度两个单因素变量下，凹坑深度

与分层损伤面积成正相关关系。

（3）10 mm 半球形冲锤冲击层合板时，在凹坑区域存在明显的纤维断裂。14 mm 和 16 mm 半球形

冲锤冲击时，损伤虽目视可见，但未见明显的纤维断裂。
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图 10    条形冲锤和半球形冲锤冲击下典型试样的能量-时间曲线

Fig. 10    Typical energy-time curves under strip and hemispherical impactors impact
 

   第 33 卷 廖斌斌等：CFRP层合板低速冲击响应及损伤特性研究 第 4 期      

044202-7



参考文献：

LIU P F, LIAO B B, JIA L Y, et al. Finite element analysis of dynamic progressive failure of carbon fiber composite laminates

under low velocity impact [J]. Composite Structures, 2016, 149: 408–422.

[1]

LIAO B B, LIU P F. Finite element analysis of dynamic progressive failure properties of GLARE hybrid laminates under low-

velocity impact [J]. Journal of Composite Materials, 2018, 52(10): 1317–1330.

[2]

SCHOEPPNER  G  A,  ABRATE  S.  Delamination  threshold  loads  for  low  velocity  impact  on  composite  laminates  [J].

Composites Part A: Applied Science and Manufacturing, 2000, 31(9): 903–915.

[3]

YANG B, WANG Z, ZHOU L, et al. Experimental and numerical investigation of interply hybrid composites based on woven

fabrics and PCBT resin subjected to low-velocity impact [J]. Composite Structures, 2015, 132: 464–476.

[4]

WAN Y, DIAO C, YANG B, et al.  GF/epoxy laminates embedded with wire nets: a way to improve the low-velocity impact

resistance and energy absorption ability [J]. Composite Structures, 2018, 202: 818–835.

[5]

钭李昕, 王秋成, 陈光耀. 碳纤维复合材料低速冲击特性及损伤分析研究 [J]. 机电工程, 2016, 33(7): 815–821.

TOU  L  X,  WANG  Q  C,  CHEN  G  Y.  Analysis  on  low  velocity  impact  performance  and  damage  behavior  of  carbon  fiber

composite beam [J]. Journal of Mechanical & Electrical Engineering, 2016, 33(7): 815–821.

[6]

竺铝涛, 张发. 碳纤维复合材料层压板低速冲击试验研究 [J]. 航空发动机, 2015, 41(1): 85–88.

ZHU L  T,  ZHANG F.  Experimental  investigation  of  low-speed  impact  for  carbon  fiber  composite  laminate  [J].  Aeroengine,

2015, 41(1): 85–88.

[7]

TAN  W,  FALZON  B  G,  CHIU  L  N  S,  et  al.  Predicting  low  velocity  impact  damage  and  compression-after-impact  (CAI)

behaviour of composite laminates [J]. Composites Part A: Applied Science and Manufacturing, 2015, 71: 212–226.

[8]

DUBARY  N,  BOUVET  C,  RIVALLANT  S,  et  al.  Damage  tolerance  of  an  impacted  composite  laminate  [J]. Composite

Structures, 2018, 206: 261–271.

[9]

姚振华, 李亚智, 刘向东, 等. 复合材料层合板低速冲击后剩余压缩强度研究 [J]. 西北工业大学学报, 2012, 30(4): 518–523.

YAO  Z  H,  LI  Y  Z,  LIU  X  D,  et  al.  Effectively  calculating  residual  compressive  strength  of  composite  laminate  after

impact(CAI) [J]. Journal of Northwestern Polytechnical University, 2012, 30(4): 518–523.

[10]

MITREVSKI  T,  MARSHALL I  H,  THOMSON R,  et  al.  The  effect  of  impactor  shape  on  the  impact  response  of  composite

laminates [J]. Composite Structures, 2005, 67(2): 139–148.

[11]

AMARO A M, REIS P N B, MAGALHÃES A G, et al. The effect of the impactor diameter and boundary conditions on low

velocity impact composites behavior [J]. Applied Mechanics and Materials, 2007, 7/8: 217–222.

[12]

ICTEN  B  M,  KIRAL  B  G,  DENIZ  M  E.  Impactor  diameter  effect  on  low  velocity  impact  response  of  woven  glass  epoxy

composite plates [J]. Composites Part B: Engineering, 2013, 50: 325–332.

[13]

ANSARI  M  M,  CHAKRABARTI  A.  Effect  of  boundary  condition  and  impactor  nose  angle  on  impact  behaviour  of  FRP

composite: experimental and FE analyses [J]. Materials Today: Proceedings, 2017, 4(9): 9645–9649.

[14]

XIE  W  B,  ZHANG  W,  KUANG  N  H,  et  al.  Experimental  investigation  of  normal  and  oblique  impacts  on  CFRPs  by  high

velocity steel sphere [J]. Composites Part B: Engineering, 2016, 99: 483–493.

[15]

SEBAEY T A, GONZÁLEZ E V, LOPES C S, et al.  Damage resistance and damage tolerance of dispersed CFRP laminates:

effect of ply clustering [J]. Composite Structures, 2013, 106: 96–103.

[16]

WANG H R,  LONG S C,  ZHANG X Q,  et  al.  Study on  the  delamination  behavior  of  thick  composite  laminates  under  low-

energy impact [J]. Composite Structures, 2018, 184: 461–473.

[17]

SHI  Y,  SWAIT  T,  SOUTIS  C.  Modelling  damage  evolution  in  composite  laminates  subjected  to  low  velocity  impact  [J].

Composite Structures, 2012, 94(9): 2902–2913.

[18]

XU Z, YANG F, GUAN Z W, et al. An experimental and numerical study on scaling effects in the low velocity impact response

of CFRP laminates [J]. Composite Structures, 2016, 154: 69–78.

[19]

ASTM International. Standard test method for measuring the damage resistance of a fiber-reinforced polymer matrix composite

to a drop-weight impact event: ASTM D7136/D7136M-15 [S]. West Conshohocken, PA: ASTM International, 2015.

[20]

   第 33 卷 高       压       物       理       学       报 第 4 期      

044202-8

http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2016.04.012
http://dx.doi.org/10.1177/0021998317724216
http://dx.doi.org/10.1016/S1359-835X(00)00061-0
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2015.05.069
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2018.04.041
http://dx.doi.org/10.1016/j.compositesa.2015.01.025
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2018.08.045
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2018.08.045
http://dx.doi.org/10.3969/j.issn.1000-2758.2012.04.008
http://dx.doi.org/10.3969/j.issn.1000-2758.2012.04.008
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2004.09.007
http://dx.doi.org/10.4028/www.scientific.net/AMM.7-8
http://dx.doi.org/10.1016/j.compositesb.2013.02.024
http://dx.doi.org/10.1016/j.matpr.2017.06.241
http://dx.doi.org/10.1016/j.compositesb.2016.06.020
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2013.05.052
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2017.09.083
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2012.03.039
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2016.07.029
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2016.04.012
http://dx.doi.org/10.1177/0021998317724216
http://dx.doi.org/10.1016/S1359-835X(00)00061-0
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2015.05.069
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2018.04.041
http://dx.doi.org/10.1016/j.compositesa.2015.01.025
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2018.08.045
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2018.08.045
http://dx.doi.org/10.3969/j.issn.1000-2758.2012.04.008
http://dx.doi.org/10.3969/j.issn.1000-2758.2012.04.008
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2004.09.007
http://dx.doi.org/10.4028/www.scientific.net/AMM.7-8
http://dx.doi.org/10.1016/j.compositesb.2013.02.024
http://dx.doi.org/10.1016/j.matpr.2017.06.241
http://dx.doi.org/10.1016/j.compositesb.2016.06.020
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2013.05.052
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2017.09.083
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2012.03.039
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2016.07.029
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2016.04.012
http://dx.doi.org/10.1177/0021998317724216
http://dx.doi.org/10.1016/S1359-835X(00)00061-0
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2015.05.069
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2018.04.041
http://dx.doi.org/10.1016/j.compositesa.2015.01.025
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2018.08.045
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2018.08.045
http://dx.doi.org/10.3969/j.issn.1000-2758.2012.04.008
http://dx.doi.org/10.3969/j.issn.1000-2758.2012.04.008
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2004.09.007
http://dx.doi.org/10.4028/www.scientific.net/AMM.7-8
http://dx.doi.org/10.1016/j.compositesb.2013.02.024
http://dx.doi.org/10.1016/j.matpr.2017.06.241
http://dx.doi.org/10.1016/j.compositesb.2016.06.020
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2013.05.052
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2017.09.083
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2012.03.039
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2016.07.029
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2016.04.012
http://dx.doi.org/10.1177/0021998317724216
http://dx.doi.org/10.1016/S1359-835X(00)00061-0
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2015.05.069
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2018.04.041
http://dx.doi.org/10.1016/j.compositesa.2015.01.025
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2018.08.045
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2018.08.045
http://dx.doi.org/10.3969/j.issn.1000-2758.2012.04.008
http://dx.doi.org/10.3969/j.issn.1000-2758.2012.04.008
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2004.09.007
http://dx.doi.org/10.4028/www.scientific.net/AMM.7-8
http://dx.doi.org/10.1016/j.compositesb.2013.02.024
http://dx.doi.org/10.1016/j.matpr.2017.06.241
http://dx.doi.org/10.1016/j.compositesb.2016.06.020
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2013.05.052
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2017.09.083
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2012.03.039
http://dx.doi.org/10.1016/j.compstruct.2016.07.029


Low-Velocity Impact Behavior and Damage Characteristics of CFRP Laminates
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Abstract:   Low-velocity  impact  tests  were  performed  for  the  [454/–454]4T carbon  fiber  reinforced  plastics
(CFRP)  laminates  for  exploring  the  low-velocity  impact  behaviors.  The  effects  of  impact  angle  of  strip
impactor and impactor diameter of hemispherical impactor on the impact responses of laminates are studied.
Besides, the damage characteristics are evaluated by dent depth and delamination damage area simultaneously.
The experimental results show that larger maximum center displacement and more energy dissipation can be
caused when the  impact  direction of  the  strip  impactor  is  parallel  to  the  fibers  in  the  surface  plies  and the
impactor  diameter  is  smaller.  The  dent  depth  and  delamination  damage  area  are  also  larger  at  the  two
situations above. In addition, the dent depth is positive correlated with the delamination damage area under
single factor variables of impact angle and impactor diameter.  There has significant fiber break around the
impact area under the impact of 10 mm hemispherical impactor, but no obvious fiber break appears around
the impact area for 14 mm and 16 mm impactors.
Keywords:  carbon fiber reinforced plastic laminates；low-velocity impact；damage characteristics；dent
depth；delamination damage area
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GFRP 增强圆钢管在低速冲击荷载
作用下的应变率效应

武启剑1,2，支旭东1,2

（1. 哈尔滨工业大学结构工程灾变与控制教育部重点实验室，黑龙江 哈尔滨　150090；
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摘要：讨论了玻璃纤维/环氧树脂复合材料（Glass Fiber Reinforced Plastic，GFRP）增强 Q235

圆钢管在低速冲击荷载作用下的应变率效应。通过轴压试验和轴向低速冲击试验获得了试件在

准静态和低速冲击状态下的力学响应（轴向荷载及轴向位移），为后续仿真工作提供了依据。

编写了可以考虑初始失效、损伤演化及应变率效应的 GFRP 材料子程序（VUMAT），并基于

ABAQUS 对构件的轴压及轴向冲击过程进行了仿真再现。通过仿真将不考虑应变率效应、只考

虑钢管应变率效应、只考虑 GFRP 应变率效应、考虑钢管及 GFRP 应变率效应 4 种情况下的结果

进行了对比分析。

关键词：应变率效应；钢管；玻璃纤维/环氧树脂复合材料；低速冲击试验；有限元模拟

中图分类号：O383.3; TU398.9                      文献标识码：A

建筑结构在施工和服役期间，除受到自重、风等常规荷载的作用外，还有可能遭遇冲击、碰撞等偶

然低速冲击荷载的作用，而降低建筑结构在此类荷载作用下连续倒塌风险的一个有效措施就是增强结

构构件的承载能力和耗能能力。纤维增强树脂复合材料（FRP）具有较高的比强度及比吸能（材料的强

度及吸能与其表观密度之比），同时具有良好的环境耐受能力[1]，采用 FRP 增强钢结构中常用的建筑圆

钢管可以很好地综合两种材料的特点，使复合而成的构件在具有较高承载能力和耗能能力的同时具有

较轻的质量和较好的环境耐受能力，因此在土木工程领域具有良好的应用前景。

近年来，国内外学者针对 FRP 增强金属构件在低速冲击、碰撞等荷载作用下的响应开展了大量研

究。Zhi 等 [2] 针对高强 GFRP（Glass Fiber Reinforced Plastic）增强 Q235B 圆钢管构件在轴向低速冲击荷

载作用下的响应进行了试验及仿真研究，分析了 GFRP 壁厚、钢管壁厚、冲击速度、试件长度等因素对

试件极限承载能力和耗能能力的影响；Batuwitage 等 [3] 采用 CFRP 材料增强了方钢管构件，并针对其轴

向抗冲击性能开展研究，发现 CFRP 材料对增强方钢管构件的轴向耗能能力有很好的效果；Alam 等 [4]

提出了 CFRP 增强钢管的侧向冲击仿真方法，发现 CFRP 材料可以显著限制钢管构件的塑性位移发展；

李洋等[5] 研究了横向冲击荷载作用下 GFRP-钢组合悬臂梁的响应，发现包裹 2.7 mm 厚 GFRP 能有效地

降低钢管的冲击作用；Kadhim 等 [6–7] 针对 CFRP 增强钢管构件在侧向冲击荷载作用下的响应展开了试

验研究，讨论了加载速率对试件性能的影响，发现 CFRP 的增强效果在较高加载速率下更为明显。

此外，随着对冲击等偶然荷载的研究成为热点，材料的动态力学行为也引起了广泛关注。金属材

料对应变率效应较为敏感，一般采用 J-C 模型[8] 或 Z-A 模型[9] 进行模拟，其中 J-C 模型由于可以同时考

虑应变率效应、温度效应及应力三轴度而被后续学者广泛应用及改进 [10–12]。对于 FRP 材料，由于其力
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学性能较为复杂，目前关于其在低速冲击荷载作用下损伤演化的研究多基于 Hashin 准则 [13] 或 Puck 准

则[14] 展开，忽略了应变率效应的影响[15–16]。

本研究首先通过轴压试验及轴向低速冲击试验的结果对比，分析了 GFRP 增强建筑圆钢管构件的

应变率效应敏感性；随后通过仿真的方法，将不考虑应变率效应、只考虑钢管应变率效应、只考虑

GFRP 应变率效应以及考虑钢管及 GFRP 应变率效应 4 种情况下的结果进行对比分析。

1    试验方案及结果分析

θ

缠绕成型具有生产效率高、产品性能好的优点，同时对于 GFRP 增强圆钢管构件，其内部钢管可以

直接充当芯模而不需要脱模，适合土木领域的大规模应用。因此，本研究采用此种成型工艺进行了试

件的加工，且 GFRP 采用性价比较高的 S2-1200 玻璃纤维增强 E-51 环氧树脂，钢管采用应用较广泛的

Q235B 直缝圆焊管。试件的符号说明及实物图如图 1 所示，其中 D 为钢管外径， t 为壁厚， 和 n 为

GFRP 缠绕角度和层数，tc 为 GFRP 层厚度，L 为试件长度，v 为冲击速度。为对比分析构件在准静态及

低速冲击情况下的应变率效应，针对设计尺寸如表 1 所示的构件，分别开展了轴压试验和低速冲击试

验。相较准静态轴压试验，冲击试验的数据采集更为困难，试件的响应更为剧烈，故为验证试验方案的

可重复性，对于试件 D-58-1.5-30-3.0 开展了 3 组重复试验。

1.1    试验方案

α轴压试验中，试件的两端采用钢槽配合 高强石膏进行嵌固，同时在其下部支座的 4 个角点处布置

4 个竖向位移计（LVDT），用来测量其轴向压缩量。试验的加载过程通过 30 t 液压千斤顶配合反力系统

表 1    试件设计尺寸

Table 1    Design size of tested specimens

Specimen D×t/(mm×mm) θ[ /(°)]n tc/mm L/mm Type of test v/(m·s−1) Maximum strain rate/s−1

S-58-1.5-30 58.0×1.5 [30/–30]3 2.0 100.0 Compression

S-58-2.0-90 58.0×2.0 [90]6 2.0 100.0 Compression

D-58-1.5-30-3.0 58.0×1.5 [30/–30]3 2.0 100.0 Impact 3.0   9.5

D-58-1.5-30-4.5 58.0×1.5 [90]6 2.0 100.0 Impact 4.5 21.1

D-58-2.0-90-4.5 58.0×2.0 [90]6 2.0 100.0 Impact 4.5 21.1

Steel layer

FRP layer

θ
L

tc
t

D

(a) Symbol description (b) Picture of specimen

图 1    试件符号说明及实物图

Fig. 1    Symbol description and pictures of specimen
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实现，加载装置如图 2 所示。轴压试验采用先力控制后位移控制的方式进行加载，加载工艺流程如下：

（1）荷载达到峰值之前，力加载速度为 5 kN/min；（2）荷载达到峰值后，改为位移控制加载，加载速度减

为 1 mm/min。

α

低速冲击试验在哈尔滨工业大学落锤式冲击试验系统上完成，此试验系统可以满足不同冲击质量

（400.19～1063.30 kg）及不同冲击高度（0～20.6 m）的试验要求。本研究所进行的低速冲击试验采用的

冲击能量为 4052.03 和 1800.90 J，即落锤质量为 400.19 kg，冲击速度分别为 3.0 和 4.5 m/s。试验过程中，

试件的底部采用钢槽及 高强石膏锚固，其位移及冲击荷载分别采用磁栅线位移测量系统及 60 t 压电

式力传感器进行测量，试验装置如图 3 所示。

1.2    试验结果对比分析

试件 D-58-1.5-30-3.0 的 3 组重复试验结果及其平均结果如图 4 所示。考虑到冲击荷载的特性，试

验所得曲线存在较大的波动，但整体而言试验结果仍存在良好的可重复性。

轴压试验与轴向低速冲击试验的结果（荷载 -轴向位移曲线）对比如图 5 所示，得到以下结论：

（1）在两种荷载作用下，试件的弹性段刚度相差不多，表明在低速冲击范围内，GFRP 增强钢管构件的弹

性段刚度对于应变率效应不敏感；（2）随着冲击速度的增加（冲击速度为 3.0 和 4.5 m/s 时对应的最大应

变率分别为 9.5、21.1 s–1），GFRP 增强钢管构件的峰值荷载有所增加，且大于承受准静态轴压荷载作用

的试件，表明在低速冲击范围内，构件的强度对于应变率效应较为敏感；（3）试件的荷载-位移曲线在低

Reaction
beam

Force
sensor

Hydraulic
jack

 

图 2    轴压试验系统

Fig. 2    Compression test system
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图 3    落锤试验系统

Fig. 3    Drop hammer test system
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Fig. 4    Repeated test results of D-58-1.5-30-3.0
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速冲击荷载作用下具有相似的形状及趋势，仅破坏位移有所增大，表明冲击速度的增加对试件的失效

模式影响不大。

然而，由于在试验过程中不可避免地存在一些不可控参数，如试件实际几何尺寸与设计几何尺寸

的差异、试件初始缺陷的差异以及试件组成材料性能的差异等，故仅通过试验并不能很好地分析应变

率效应对试件性能的影响。鉴于上述原因，本研究提出了可考虑钢材及 GFRP 应变率效应的仿真方

法，开展了关于 GFRP 增强圆钢管构件的应变率效应分析。

2    有限元模拟方法及验证

2.1    有限元模型

在仿真中，试件的各层依次建模，并通过一阶特征值屈曲的形式施加由实测得到的最大初始缺陷，

同时为了简化分析，将试件的锚固段简化为刚域，有限元模型如图 6 所示。对于准静态轴压过程，采用

ABAQUS 的 Explicit（显式）求解器进行拟静力分析，即缓慢地施加外力以消除惯性效应，通常拟静力分

析中的加载时间取构件最低阶模态周期的 10 倍以上 [17]，对于本研究试件，加载时间取为 0.1 s。此外，

为与轴压试验吻合，试件两端采用了固接的边界条件，并在其顶部采用光滑步骤（Smooth Step）以位移

的形式施加轴压荷载。对于冲击过程，为与实际试验吻合，试件采用了底部固接顶部自由的边界条件，

并建立了与实际落锤相同的模型（如图 7 所示）对试件模型施加冲击荷载。

2.2    材料本构模型

在 ABAQUS 中，一般采用 Isotropic Elasto-Plasticity 模型 [17] 模拟钢材的准静态力学行为，所需参数

通过材性试验获得，如图 8 所示。在低速冲击仿真中，为讨论钢材的应变率效应，采用 J-C 模型[8]，即 
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图 5    轴压试验及低速冲击试验结果对比

Fig. 5    Comparison of test results between compression test and low-velocity impact test
 

Side view Top view
 

图 6    GFRP 增强圆钢管有限元模型

Fig. 6    Finite element model of GFRP reinforced circular steel tube

 

图 7    落锤有限元模型

Fig. 7    Finite element model of drop hammer

   第 33 卷 高       压       物       理       学       报 第 4 期      

044203-4



{
σ = (A+Bεeq

n)(1+C ln ε̇∗)(1−T ∗m)
εf =

[
D1+D2 exp(D3σ

∗)
]
(1+D4 ln ε̇∗)(1+D5T ∗)

(1)

式中：A、B、C、m、n 及 D1～D5 均为材料有关系

数，如表 2、表 3 所示。材性参数均来源于 Zhi 等[2]

的研究。

GFRP 具有正交各向异性的材料特点，其本

构模型较为复杂，本研究在文献 [2] 提出的关于

GFRP 增强钢管在冲击荷载作用下仿真方法（失

效模式及损伤演化法则如表 4 所示，GFRP 材料

力学参数如表 5 所示，各层间界面性能如表 6 所

示）的基础上，引入了 Shokrieh 等 [18] 关于 GFRP
应变率效应的模型 

M (ε̇)=α+βε̇γ (2)

α β γ式中： 为 GFRP 单向板材性参数， 及 为应变率

效应系数，如表 7 所示。

表 2    Johnson-Cook 模型参数[2]

Table 2    Parameters of the Johnson-Cook model[2]

A/MPa B/MPa n m Tm/K Tr/K

272.28 899.7 0.94 0.1515 1795 293

表 3    Johnson-Cook 断裂准则参数[2]

Table 3    Parameters of the Johnson-Cook fracture criterion[2]

D1 D2 D3 D4 D5

–43.408 44.608 0.016 0.0145 –0.046

表 4    初始失效准则及损伤演化法则[2]

Table 4    Initial failure criterions and damage evolution laws[2]

Failure modes Initial failure criterions Damage evolution laws

Fiber tensile failure F t
1 =

(
σ1

Xt

)2

+

(
σ4

S 12

)2

+

(
σ6

S 13

)2

⩾ 1 Dt
1 =

εft
1

εft
1 −εit

1

(
1−
εit

1

ε1

)

Fiber compression failure Fc
1 =

(
σ1

Xc

)2

⩾ 1 Dc
1 =

εfc
1

εfc
1 −εic

1

(
1−
εic

1

ε1

)

Resin tensile failure F t
2 =

(
σ2

Yt

)2

+

(
σ4

S 12

)2

+

(
σ5

S 23

)2

⩾ 1 Dt
2 =

εft
2

εft
2 −εit

2

(
1−
εit

2

ε2

)

Resin compression failure Fc
2 =

(
τnt (θ)

S A
23+µntσn (θ)

)2

+

(
τnl (θ)

S 12+µnlσn (θ)

)2

Dc
2 =

γf
r

γf
r −γi

r

(
1− γ

i
r

γr

)

Stretch in-layer delamination F t
3 =

(
σ3

Zt

)2

+

(
σ6

S 13

)2

+

(
σ5

S 23

)2

Dt
3 =

εft
3

εft
3 −εit

3

(
1−
εit

3

ε3

)

Compression in-layer delamination Fc
3 =

(
σ3

Zc

)2

+

(
σ6

S 13

)2

+

(
σ5

S 23

)2

Dc
3 =

εfc
3

εfc
3 −εic

3

(
1−
εic

3

ε3

)

表 5    GFRP 单向板材料性能[2]

Table 5    Material properties of GFRP unidirectional laminate[2]

Modulus/GPa Poisson’s ratio Strength/MPa Fracture energy/(N·mm)

E1=41.29; E2=E3=4.21; ν ν12= 13=0.31; Xt=884.5; Xc=837.17; Yt=Zt=37.38; Γt
1 = 28.25 Γc

1 = 80.1; ;

G12=G13=3.16; G23=3.0 ν23=0.42 Yc=Zc=145; S12=S13=44.765; S23=50.88 Γt
2 = Γ

t
3 = 0.36 Γc

2 = Γ
c
3 = 7.24; 
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图 8    钢管材性试验结果[2]

Fig. 8    Material test result for steel tube[2]
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µ

因此得到了可用于模拟 GFRP 6 种初始失效

模式（纤维拉伸/压缩失效、树脂拉伸/压缩失效以

及层内拉伸/压缩失效）及相应损伤演化，并能考虑

GFRP 应变率效应的 VUMAT 子程序，流程图如图 9
所示。此外，冲击过程中认为落锤保持弹性，其材料

性能定义为 E=217 GPa， =0.3；落锤与试件之间的接

触采用罚刚度方法进行模拟，取平均摩擦系数为 0.3。

2.3    有限元模拟结果验证

轴压试件的边界条件为两端嵌固，而低速冲

击试件的边界条件为一端嵌固一端自由，故其破

坏模式存在一些差异。以 S-58-1.5-30 及 D-58-2.0-
90-4.5 为例，前者在跨中部位发生外部 GFRP的树

脂断裂及内部钢管的叠缩，而后者则在顶部发生

了包括钢管叠缩、树脂断裂、纤维断裂及 GFRP 层

内分层失效的破坏，这些破坏模式通过本文介绍

的有限元模拟方法可以得到很好的仿真，如图 10
所示。此外，S-58-1.5-30 及 D-58-2.0-90-4.5 的仿真

及试验荷载-位移曲线对比如图 11 所示，可知有限

元模拟结果与试验结果在弹性段及荷载下降段均

吻合良好，为后续关于应变率的分析奠定了基础。

表 6    界面性能参数[2]

Table 6    Parameters of cohesive behavior[2]

Elastic properties/GPa Strength/MPa Fracture toughness/(N·mm−1) B-K parameter

Knn=4210; Ktt=3160; Kll=3160 Tn=37.380; Tt=44.765; Tl=44.765 Gn=0.36; Gt=1.33; Gl=1.33 η=2.6

表 7    GFRP 应变率效应模型所需参数

Table 7    Parameters for the model considering the strain rate effect of GFRP

Parameter α β γ Parameter α β γ

E11/GPa 41.29 1.139 0.276 Xt/MPa 837.17 7.721 0.886

E22/GPa 4.21 0.437 0.262 Yt/MPa 37.38 13.088 0.131

G12/GPa 3.16 –0.941 0.054 Yc/MPa 145 0.11 1.278

Xt/MPa 881.5 7.721 0.886 S/MPa 44.756 15.656 0.086
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图 9    VUMAT 子程序算法

Fig. 9    Computational algorithm of the VUMAT subroutine
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图 10    仿真与试验试件损伤模式对比

Fig. 10    Comparison between simulation and measured damage modes
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3    应变率效应分析

由 Zhi 等 [2] 的研究结果可知，对于发生叠缩式破坏的 GFRP 增强圆钢管试件，缠绕角度为 90°时具

有较好的耗能能力，故针对缠绕角度为 90°的试件展开应变率效应分析。图 12 所示为试件 D-58-2.0-90-4.5

在不同情况下的仿真结果对比，包括考虑钢管及 GFRP 应变率效应、仅考虑钢管应变率效应、仅考虑

GFRP 应变率效应以及不考虑应变率效应 4 种情况。通过对比得到如下结论：（1）考虑应变率效应后试

件的承载能力（如图 12（a）所示）及耗能能力（相同轴向位移下消耗的能量，如图 12（b）所示）均有所提

高，故在低速冲击荷载作用下，试件的应变率效应不应忽略；（2）同时考虑 GFRP 及钢管应变率效应时

的结果最大，但比仅考虑钢管应变率效应时的结果提升不多，由此可知在低速冲击范围内，钢管的应变

率效应对于构件的影响更为显著。

为进一步讨论低速冲击范围内，应变率效应对 GFRP 增强圆钢管试件性能的影响，针对恒定速率

加载过程开展了一系列有限元模拟研究，试件设计参数及加载工况如表 8 所示。对比试件 A-1～试件

A-5 的仿真结果（图 13）可以得到如下结论：（1）试件在准静态及动态轴压荷载作用下具有相似的荷载-
位移曲线形式，说明材料应变率效应对试件破坏模式的影响不大；（2）除准静态过程外，其余试件的荷

载上升段随加载速率的增大变化不大，但峰值荷载明显增大，说明材料应变率效应与试件极限强度有

正相关的关系，但对试件刚度影响不大；（3）随着加载速率增大，试件的耗能能力明显增大。此外，通过

不同的钢管及 GFRP 壁厚试件结果的对比（图 14）可知，在低速冲击范围内，钢管壁厚较大试件的峰值荷载

及耗能能力随着加载速率增大具有更明显的增大效果，表明相对 GFRP 而言，钢管的应变率效应更为

明显。
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图 11    仿真及试验荷载-位移曲线对比

Fig. 11    Compared load-displacement curves between simulation and low-velocity impact test
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图 12    D-58-2.0-90-4.5 在不同情况下的仿真结果

Fig. 12    Simulated results of D-58-2.0-90-4.5 with different situations
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表 8    仿真试件设计

Table 8    Design of simulated specimens

Specimen D/mm t/mm θ[ /(°)]n tc/mm L/mm Displacement/mm Loading speed/(m·s−1)

A-1 58.0 2.0 [90]6 2.0 100 20.0 Quasi-static

A-2 58.0 2.0 [90]6 2.0 100 20.0 2.0

A-3 58.0 2.0 [90]6 2.0 100 20.0 4.0

A-4 58.0 2.0 [90]6 2.0 100 20.0 6.0

A-5 58.0 2.0 [90]6 2.0 100 20.0 8.0

B-1 58.0 2.0 [90]6 3.0 100 20.0 Quasi-static

B-2 58.0 2.0 [90]6 3.0 100 20.0 2.0

B-3 58.0 2.0 [90]6 3.0 100 20.0 4.0

B-4 58.0 2.0 [90]6 3.0 100 20.0 6.0

B-5 58.0 2.0 [90]6 3.0 100 20.0 8.0

C-1 58.0 3.0 [90]6 2.0 100 20.0 Quasi-static

C-2 58.0 3.0 [90]6 2.0 100 20.0 2.0

C-3 58.0 3.0 [90]6 2.0 100 20.0 4.0

C-4 58.0 3.0 [90]6 2.0 100 20.0 6.0

C-5 58.0 3.0 [90]6 2.0 100 20.0 8.0
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图 13    试件 A-1～A-5 的仿真结果

Fig. 13    Simulated results of A-1–A-5
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Fig. 14    Comparison of simulated result
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4    结　论

通过试验结果对比可知，由于应变率效应的影响，在低速冲击荷载作用下，GFRP 增强圆钢管构件

的强度较承受准静态轴压荷载的构件有明显提升。介绍了一种可以考虑 GFRP 及钢材应变率效应的有

限元仿真方法，并通过数值模拟对比分析了考虑钢管及 GFRP 应变率效应、仅考虑钢管应变率效应、仅

考虑 GFRP 应变率效应以及不考虑应变率效应 4 种情况下试件的性能，得到在低速冲击荷载作用下，试

件应变率效应不应忽略，且相较 GFRP 而言，钢管的应变率效应对于构件的影响更为明显。最后，通过

一组仿真研究进一步讨论了应变率效应对构件的影响，得出结论：（1）材料应变率效应对试件破坏模式

影响不大；（2）材料应变率效应与试件极限强度有正相关的关系，但对试件刚度影响不大；（3）随着加载

速率增大，试件的耗能能力明显增大。
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Strain Rate Effect of GFRP-Reinforced Circular Steel
Tube under Low-Velocity Impact

WU Qijian1,2, ZHI Xudong1,2
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Harbin Institute of Technology, Harbin 150090, China;

2. Key Laboratory of Smart Prevention and Mitigation of Civil Engineering Disasters of the Ministry of Industry and

Information Technology, Harbin Institute of Technology, Harbin 150090, China）

Abstract:  This paper discussed the strain rate effect of glass fiber/epoxy resin composite (GFRP)-reinforced
Q235 circular steel tube under low-velocity impact load. Firstly, the responses (axial load and displacement)
of GFRP-reinforced steel tube under quasi-static and low-velocity impact load were obtained through axial
compression  tests  and  low-velocity  impact  tests  respectively,  which  provided  gist  for  the  subsequent
simulation.  Secondly,  a  VUMAT subroutine  considered  initial  failure  modes,  damage  evolution  and  strain
rate  effect  of  GFRP  was  introduced;  then  the  axial  compression  and  low-velocity  impact  processes  were
simulated. Finally, the results under 4 situations (ignoring strain rate effect, considering the strain rate effect
of  steel  tube,  considering the strain rate  effect  of  GFRP and considering the strain rate  effect  of  both steel
tube and GFRP) was compared using simulation.
Keywords:  strain rate effect；steel tube；glass fiber/epoxy resin composite；low-velocity impact test；finite
element simulation
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