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基于率相关损伤塑性模型的钢筋混凝土靶板侵
彻响应分析∗

王国盛， 申毅敏， 路德春， 杜修力

（北京工业大学岩土与地下工程研究所，北京 100124）

摘要: 核安全壳是防止放射性物质释放的最后一道物理屏障，确保其在弹丸冲击等极端动态载荷下的结构完整性

对于核安全至关重要。本研究通过结合轻气炮试验与高精度数值模拟方法，对弹丸冲击下钢筋混凝土靶板的动力

响应和破坏机理展开深入研究。发展了混凝土率相关损伤塑性模型，模型结合了有效硬化函数、多轴损伤变量和

非线性动态 S 准则。基于该模型的数值模拟结果与试验结果吻合较好，合理再现了混凝土在冲击载荷下的应变率

效应、多轴损伤和塑性演化行为。进一步的模拟结果表明，冲击中心的动态抗压强度和抗拉强度分别可达静态值

的 4.1 倍和 4.83 倍，峰值应变率超过 5 000 s⁻¹。揭示了应力波的传播、反射和叠加效应，进一步阐明了靶板正面混

凝土破碎主要由直接压缩应力波驱动，而背面拉伸剥落层裂则是由于压缩波传播至自由边界发生反射并叠加形成

拉伸波所致，这是核安全壳在动态冲击下的关键破坏模式。研究成果可为反应堆安全壳等关键防护结构的抗冲击

优化设计提供理论依据。
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Penetration Response Analysis of Reinforced Concrete Target Plates 
Based on Rate‑dependent Damage Plasticity Model
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Abstract: Nuclear containment structures serve as the ultimate physical barrier against the release of 
radioactive materials. Consequently, ensuring their structural integrity under extreme dynamic loads, 
such as projectile impacts, is paramount for nuclear safety. This study investigated the dynamic re‑
sponse and failure mechanisms of reinforced concrete (RC) target plates under projectile impact by inte‑
grating light-gas gun tests with high-precision numerical simulations. A concrete rate-dependent dam ‑
age plasticity model was established, incorporating an effective hardening function, multiaxial damage 
variables, and a nonlinear dynamic S-criterion. The numerical simulation results based on this model 
agreed well with the experimental data, reasonably reproducing the strain-rate effects, multiaxial dam ‑
age, and plastic evolution of concrete under impact loading. Further simulation results showed that the 
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dynamic compressive and tensile strengths at the impact center could reach 4.1 and 4.83 times their 
static values, respectively, with peak strain rates exceeding 5 000 s-1. Furthermore, the propagation, 
reflection, and superposition effects of stress waves were revealed. The results elucidated that con‑
crete crushing on the front face of the target plate was primarily driven by direct compressive stress 
waves, whereas tensile spalling on the rear face resulted from the reflection of compressive waves at 
the free boundary and their superposition to form tensile waves. This was identified as a critical failure 
mode of nuclear containment structures under dynamic impact. These findings provide a theoretical ba‑
sis for the impact-resistant design and optimization of critical protective structures such as reactor con‑
tainment systems.
Keywords: reinforced concrete; light-gas gun test; numerical simulation; concrete rate-dependent dam ‑

age plasticity model; dynamic response

0 引  言

安全壳是核电站中防止放射性物质释放的最

后一道物理屏障。确保其在潜在冲击事件下的结

构完整性对于最大限度地降低大规模放射性泄漏

的风险至关重要，这是核安全的关键方面。钢筋混

凝土因其优越的机械性能而广泛应用于核安全壳

中。特别是，其高抗冲击性为关键设施提供了有效

的保护，使其免受爆炸和弹丸冲击等极端载荷的影

响［1‑3］。当高速弹丸穿透钢筋混凝土板时，后表面的

应力波反射会导致分层和剥落，产生高速碎片，对

内部设备和人员构成严重的二次危害［4‑5］。因此，深

入研究混凝土防护结构在冲击载荷下的动态响应

和破坏机制对于优化结构设计和预防灾害至关

重要［6‑7］。

目前对钢筋混凝土渗透机理的研究主要依赖

于两种方法：试验和数值模拟。J. A. Canfield 等［8］、

I. Kojima［9］、M. A. Iqbal 等［10］、I. M. Kamal 等［11］、王

可慧［12］、汪斌等［13］及于洋洋［14］进行了广泛的弹丸撞

击试验，加深了对侵彻行为的理解，并为数值模型

提供了必要的验证数据。基于这些试验，推导出了

各种经验公式，如 Whiffen 公式［15］、Chang 公式［16］、

Hughes 公式［17］、Bechtel 公式和 Young 公式［18］，用于

表征侵彻规律。例如，M. A. Iqbal 等［10］通过比较普

通混凝土和钢筋混凝土在不同速度下的损伤模式

和冲击阈值，证明了钢筋对抗冲击性的影响，而 Ka‑
mran 等［19］比较了不同厚度的普通、钢筋和预应力混

凝土板的响应，以阐明材料类型对冲击性能的影

响。由于全尺寸试验的成本高且难以复制，数值模

拟已成为研究混凝土结构动力响应、损伤机制和抗

冲击性的主要方法［20‑24］。在此类模拟中，结果的准

确性在很大程度上取决于用于捕捉极端荷载条件

下混凝土复杂行为的本构模型［25］。学者已经应用

了各种本构模型展开数值模拟研究，每种模型都有

其独特的优点和局限性。例如，汤胜文［26］在采用

CDP 本构模型进行了飞机撞击核电安全壳的数值

模拟，并从应力分布以及最大局部变形方面进行了

分析，但未考虑应变率的影响。L. F. Li 等［27］使用

K&C、RHT 和 HJC 模型模拟了爆炸荷载下的钢筋

混凝土板。结果表明，K&C 模型可以准确预测损伤

模式，而 RHT 模型低估了材料强度，HJC 模型严重

高估了高应变率下的强度。H. Takazawa 等［28］验证

了 K&C 模型在钢筋混凝土墙冲击模拟中展示了精

准预测弯曲裂缝和穿透破坏的优势。相比之下，由

于理论简化，WINFRITH 模型表现出明显的不足。

Z. G. Tu 等［25］认为，默认的 RHT 参数会导致不切实

际的缓慢软化和过度的应变率效应，而 K&C 模型

通过结合拉伸—压缩损伤分离和体积损伤等机制

提供了更高的模拟精度。X. Z. Kong 等［29］通过修改

K&C 模型的强度表面参数和拉伸损伤因子进行了

改进，从而提高了对弹坑和结疤的预测准确性。尽

管有这些改进，但现有的本构模型在表示应变率和

损伤演化的耦合效应方面仍存在局限性。在应变

率方面，大多数模型依赖于动态增强因子来缩放强

度包络，但实施方法存在理论缺陷。一些模型采用

非径向传递放大方法，不区分拉伸和压缩，缺乏足

够的物理基础。即使在引入拉压分离的径向增强

模型中 ，现有模型往往通过经验动态增长因子

（DIF）公式直接放大强度，这在显式动力学计算中

容易导致结构惯性效应与材料率效应的混淆。在

损伤表征方面，尽管模型已经从早期的单轴标量损
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伤公式演变为明确区分拉伸和压缩的多轴损伤公

式，但大多数多轴损伤规律仍然是从单轴损伤规律

推断而来。这一局限性使其难以准确捕捉混凝土

在多轴应力状态下的复杂行为，从而导致与实际情

况不一致。因此，模拟的破坏模式与实际结构响应

之间仍存在显著偏差。目前，现有模型未能在应变

率效应、损伤表征和硬化/软化行为这三个关键方

面同时实现最佳表达，而这三个方面对于可靠评估

极端冲击荷载下核相关混凝土结构的性能至关

重要。

本文通过在混凝土损伤塑性（CDP）模型中引

入有效硬化函数、多轴损伤规律和非线性动态单轴

S 准则，发展了混凝土率相关损伤塑性模型。这些

改进使模型能够更精确地捕捉混凝土的损伤演化、

硬化/软化行为和应变率敏感性。基于改进的模

型，结合轻炮冲击试验和精细数值模拟，系统研究

了钢筋混凝土靶板在冲击荷载作用下的物理行为

和动态力学响应，以进一步了解侵彻机理，并为核

安全壳结构抵御飞机撞击和其他极端威胁的安全

设计提供理论参考。

1 钢筋混凝土材料动力损伤本构

模型

合理的本构模型是数值模拟的基础，针对不同

种类材料分别采用对应的本构模型。对于混凝土，

采用率相关塑性损伤模型，通过引入有效硬化函

数，合理描述屈服面在多轴应力状态下的演化规

律；引入多轴损伤变量和动态 S 准则可以描述刚度

退化和应变率敏感性。对于钢筋，采用弹塑性本构

模型结合柔性损伤演化准则，可以系统描述钢筋在

冲击载荷作用下的连续损伤破坏过程。

1.1 混凝土率相关塑性损伤模型

CDP 模型常被作为混凝土的材料模型使用，相

比于 K&C、RHT 等常用于显式动力学计算的本构

模型，混凝土损伤塑性（CDP）模型基于连续损伤力

学和塑性理论，能够更严谨地描述混凝土在拉压复

杂 应 力 状 态 下 的 塑 性 流 动 与 刚 度 退 化 机 制 且

ABAQUS 软件为该模型提供了改进的接口。原始

模型要求用户定义动态强度—应变率关系，其中应

变率效应通过将单轴拉伸和压缩应力—应变曲线

表示为非弹性应变率的函数来表示。这种对动态

强度的定义不当可能会导致数值收敛问题。在有

效应力空间中构建的硬化函数与在名义应力空间

中获得的试验数据之间也存在理论不一致；直接用

一个替换另一个可能会导致对应变软化行为的描

述不切实际。直接使用从单轴试验中校准的损伤

变量无法准确捕捉多轴应力状态下的刚度退化，从

而导致损伤演化的预测失真。为了克服这些局限

性，本研究对原始 CDP 模型进行了改进。采用在有

效应力空间中定义的多轴硬化函数，以代替名义应

力空间中的单轴硬化函数，从而确保更准确地表示

三维塑性变形。引入与应力路径无关的多轴损伤

变量，以更可靠地捕捉混凝土的刚度退化行为。规

范 的 DIF 曲 线 通 常 来 自 分 离 式 霍 普 金 森 压 杆

（SHPB）试验，里面已经包含了试件的惯性围压效

应，采用连续且平滑的动态强度准则（S 准则）来表

征混凝土的应变率效应，可以将结构惯性留给运动

方程求解，从而从物理机制上消除了对惯性效应的

二次考虑，反映混凝土的真实动态强度。这些改进

提高了数值模拟的准确性，提高了核安全评估中使

用的预测模型的可靠性。相应的改进方法如下。

1.1.1 有效硬化规律

屈服面的演化规律很大程度上取决于在加载

过程中的硬化规律。在 CDP 模型中，其塑性变形是

由有效应力驱动的，因此需要在有效应力空间中建

立硬化规律。然而，现有确定硬化规律的硬化函数

是在名义应力空间中得到的，将名义应力空间中通

过试验结果获得的硬化规律直接应用于有效应力

空间，会导致强度和塑性变形的表示不协调。此

外，直接在有效应力空间中确定材料参数也比较困

难。因此，有必要在有效应力空间中采用硬化规

律，并将参数从名义应力空间转换到有效应力空

间。X. Zhou 等［30］进行了有效应力空间中硬化规律

的研究，给出了有效应力与名义应力之间的关系：

c̄ i( εp
i ) = 1 - ῶ

1 - ω
ci( εp

i ) （1）

式中，ci为名义应力空间中的硬化函数：c̄ i 为有效应

力空间中的硬化函数；下标 i ∈ { t，c }为状态变量，i=
t 表示单轴拉伸，i=c 表示单轴压缩；εp

i 为塑性应变；

ῶ 为峰值应力下的损伤变量。

针对多轴应力状态下混凝土的力学行为，G. S. 
Wang 等［31］提出了名义应力空间内的硬化/软化函

数。该函数能够明确考虑应力状态对其力学行为

的影响。控制方程表示如下：
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ci = Axi + ( )D - 1 xi
2

1 + ( )A - 2 xi + Dxi
2 （2）

式中，A 和 D 为形状参数；xi = εp
d /εp

d0 为硬化参数；εp
d

为等效塑性剪切应变；εp
d0 为峰值应力下 εp

d 的值。 εp
d

的表达方式为：

εp
d = 2

3 ( )εp
1 - εp

2
2 + ( )εp

2 - εp
3

2 + ( )εp
3 - εp

1
2
（3）

将公式（2）代入公式（1）中，得到多轴有效硬化

函数的表达式：

c̄ i = 1 - ῶ
1 - ω

Axi + ( )D - 1 xi
2

1 + ( )A - 2 xi + Dxi
2 （4）

对 于 单 轴 拉 伸 条 件 ，式（3）中 的 ε2
p = ε3

p =
0，ε1

p > 0；对于单轴压缩条件，式（3）中的 ε1
p = ε2

p =
0，ε3

p < 0。因此，将上述应变条件代入式（4），多轴

硬化规律可退化为单轴拉伸和单轴压缩硬化规律。

式中有效硬化函数参数 A、D 通过单轴及真三轴循

环加卸载试验的应力—应变曲线拟合标定。当

CDP 模型采用有效应力空间中确定的硬化规律时，

能够更加合理地描述混凝土材料在有效应力空间

中的屈服面演化规律。

1.1.2 多轴损伤行为

刚度退化是混凝土的关键力学特性，通常采用

损伤变量进行表征。在 CDP 模型中，多轴应力条件

下的损伤行为通过外推单轴压缩和单轴拉伸的损

伤演化规律获得。这种方法本质上依赖于单轴应

力条件确定的损伤变量，难以获得真实的多轴损伤

行为，且通常设定最大初始损伤率不为 0。M. Fas‑
sin 等［32］指出，与物理机制一致的损伤变量应表现出

初始损伤率为零，在加载过程中增加到峰值，随后

又衰减回零的特征。G. S. Wang 等［33］基于混凝土

的真三轴压缩循环加卸载试验，提出一个能够反映

初始损伤速率为零的多轴损伤变量。这一创新不

仅统一了不同应力路径的损伤行为表征，而且有效

捕捉了损伤发展梯度的演化模式。所提损伤变量

的表达式为：

ω = 1 - exp [ - χ ( κ ) k ] （5）

式中，χ 和 κ 为材料参数；其中 χ 控制混凝土最大损

伤速率，通过峰值应力处的单轴压缩试验结果来确

定；k 用于调整初始损伤速率，当参数 χ 确定后，参数

k 可以通过将任一试验结果代入式（5）确定。κ 为塑

性内变量，表达式为 κ = εp
d /εp

d0，εp
d 为等效塑性剪应

变，εp
d0 为峰值应力处的等效塑性剪应变值。

1.1.3 应变率效应

混凝土是一种典型的率敏感材料，其强度随应

变速率的增大而显著提高。当前工程中应用最为

广泛的准则为 CEB‑FIP 规范给出的双线性单轴动

态强度准则。该准则采用分段线性函数描述强度增

长，但在其定义中存在一个转折点，且该转折点位置

的确定缺乏充分的理论依据。为表征混凝土的率相

关力学行为，已提出了多种动态强度准则［34‑39］，这些

准则大多为分段线性或非线性函数，难以准确表征

试验观测到的极限动态强度［40］。这种偏差往往导致

混凝土动态强度的数值计算结果显著高于实际值。

为克服现有准则的上述局限，D. C. Lu等［41］提出了非

线性动态单轴 S准则，其表达式如下：

DIF = 1 + Fi, max

1 + ( )Fi, max

F 0
- 1 exp[ ]-ξi( )u - u0

 （6）

式中，u = log10 ε̇ 为对数应变率；Fi， max 为反映混凝土

极限动强度的材料参数，下标 i=t，c分别代表受拉和

受压状态；ξ 反映混凝土动强度的增长速度；( u0，F 0 )
为初始条件，参数取值利用多种混凝土材料的单轴

动态加载试验结果统计给出。利用 S 准则发展的本

构模型能够更准确地捕捉混凝土强度在动态加载过

程中的时变特性，从而更合理地描述其率敏感性。

1.2 钢筋弹塑性损伤本构模型

通过将钢材弹塑性本构模型与柔性损伤演化

准则相结合，用于合理描述钢筋在复杂应力条件下

塑性变形及损伤演化行为。

1.2.1 钢材弹塑性本构模型

钢筋的本构模型采用经典的双折线模型，该模

型包括两个阶段：弹性阶段与屈服后硬化阶段。在

弹性阶段，应力—应变关系遵循胡克定律，由弹性

模量 Es和泊松比 ν 描述；在屈服后硬化阶段，当应变

达到屈服应变 εy时，钢材进入屈服状态。屈服后应

力随应变的增加而线性增加，其斜率由硬化模量 E 's
来表征 ( E 's < E s )。其应力—应变关系表示如下：

σ ( ε )=ì
í
î

E s ε ε ≤ εy

σy + E 's ( ε - εy ) ε > εy

（7）

式中，E s 为钢筋的弹性模量；σy 为屈服强度，E 's =
0.01E s。

1.2.2 柔性损伤演化准则

上述双折线模型无法描述钢筋在大塑性变形

后可能出现的损伤累积和应变软化行为。为此，引
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入柔性损伤准则来合理表征其渐进损伤失效过程。

该准则基于微观力学机制，模拟金属材料在塑性变

形过程中因微孔洞形核、生长与合并而引起的宏观

性能退化。完整的损伤模拟通常需结合损伤起始

准则和损伤演化法则。钢筋的损伤状态由损伤变

量 ωs表征：

ω s =∫ dε̄pl

ε̄pl
D ( η,ε̇̄pl )

（8）

式中，ε̄pl
D 为等效塑性应变，决定柔性损伤准则的损

伤起始，它是应力三轴度 η 和应变率（ε̇̄pl）的函数：

ε̄pl
D ( η,ε̇̄pl ) （9）

式中，η = -p/q，p 为静水压力，q 为广义剪应力，其

表达式为：

q = 1
2 [( σ1 - σ2 )2 +( σ2 - σ3 )2 +( σ3 - σ1 )2 ]（10）

当钢筋的变形状态满足损伤起始条件时，损伤

变量 ωs开始累积，其值从 0（无损）单调递增至 1（完

全失效）。在每一计算增量步中，基于当前应力状

态、塑性应变率及塑性应变增量更新 ωs的值。随着

损伤累积，钢筋的力学性能逐渐退化。这一退化过

程通过利用损伤因子折减材料的有效应力或弹性

模量来实现。

2 数值模型及验证

通过对比四种典型工况下试验与数值模拟结

果，验证了混凝土率相关塑性损伤本构模型的合理

性。提取特征单元绝对值最大的主对数应变时程

曲线，探究混凝土在动态加载下的应变时程演化规

律；对提取的数据进行数值微分处理获得应变率时

程曲线，进一步处理得到动态增强因子（DIF）时程

变化情况，从而系统揭示混凝土在冲击载荷下的应

变率演化机制。

2.1 数值模型

通过建立高精度的有限元数值模型准确模拟

了弹丸冲击钢筋混凝土靶板的动力响应过程。对

弹体与靶板的几何建模方法、材料本构关系、单元

类型、相互作用及边界条件等关键建模策略进行详

细说明；通过网格敏感性分析，系统评估不同网格

划分方案对损伤分布的影响，从而确定兼顾计算效

率与数值精度的合理划分方案，为数值结果分析提

供可靠基础。

2.1.1 靶板与弹体的有限元模型

基于物理试验数据［42］，建立了弹体与钢筋混凝

土靶板的有限元模型。其中，弹体采用缩减积分的

八节点实体单元（C3D8R），混凝土单元类型通过对

比分析确定 ，钢筋采用两节点空间线性梁单元

（B31），有限元模型如图 1 所示，图中六个特征单元

A‑F 沿 X 轴径向分布。其中，单元 A 位于冲击中心

处，单元 F 位于靶板的最外侧边缘，其余特征单元

B、C、D 分别间隔四个特征单元，E、F 单元分别间隔

三个特征单元。采用上述改进的 CDP 模型并结合

柔性损伤准则的双折线弹塑性模型分别描述混凝

土和钢筋的力学行为。其中，混凝土的材料参数为：

密度 3 100 kg/m3 ，静态杨氏模量 3.25×10⁴ MPa，动
态弹性模量较静态值提高 50%，泊松比 0.17，膨胀角

30° ，偏 心 率 0.01。 率 相 关 强 度 参 数 为 ：ξt＝1.4，
Ft，max＝15，拉伸参考点为（u0＝-1，F0＝0.5），ξc＝1.2，
Fc，max＝3.72，压缩参考点为（u0＝-4.5，F0＝0.001）。

钢筋的材料参数为：密度 7 890 kg/m3，弹性模量

2.0×105 MPa，泊 松 比 0.27，屈 服 强 度 标 准 值 为

400 MPa。采用分离式建模方法，将钢筋内嵌至混

凝土中，以确保两者变形的协调性。弹丸与靶板之

间的相互作用通过定义切向摩擦行为（摩擦系数为

0.2）和法向硬接触实现，利用“动力/显式”分析步骤

模拟整个冲击过程，时间步长为 10‑4。

2.1.2 网格敏感性分析

以工况三（靶板厚 150 mm，冲击速度 187 m/s）
为例进行网格敏感性分析以评估网格密度对模拟

结果的影响。靶板和弹体均采用 C3D8R 单元，弹体

沿纵向划分为 30 层。由于靶板为圆形，需预先切割

以生成六面体网格，并通过改变圆周的种子数来调

整整体网格密度。根据网格划分原则（弹体的网格

密度应小于靶板的网格密度），设定边界初始种子

数为 60 个，并逐步增加至 100、140 和 180 个。数值

图 1　网格划分详图

Fig.1　Detailed mesh division
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模拟结果如图 2 及图 3 所示，结果显示圆周种子数

不足会显著弱化应力波传播的梯度特征，这主要是

由于在显式动力学计算中，较粗的网格会产生强烈

的数值耗散，使由冲击产生的高频应力波被削减，

进而导致混凝土损伤区域范围扩大，背面层裂破坏

范围与试验观测结果存在明显偏差。相反，过高的

网格种子数虽能提升精度，但会显著降低计算效

率。经网格敏感性分析，最终确定本研究的最优种

子密度为 0.137 个/立方厘米。该密度设置可确保

等效塑性应变场和损伤分布收敛于稳定解，提升破

坏模式预测的可靠性；同时，在保证结果精度的前

提下，有效兼顾了计算效率。

在数值模拟中，单元类型的选择直接影响计算

结果的精度与效率。Abaqus中常用的结构化网格单

元包括六面体单元和四面体单元。六面体单元凭借

其规则的几何特性，在规则几何或各向异性材料模

型中表现出较高的计算精度。但其对复杂几何的适

应性有限，需要依赖高质量的映射网格划分技术，显

著增加了前处理时间。相比之下，四面体单元的非

结构化网格的特性使其能够快速生成复杂几何模型

的离散化网格。基于上述优缺点，本研究对模型的

内部区域分别采用六面体和四面体单元进行网格划

分（如图 4、5所示）。模拟结果显示，尽管四面体单元

在计算效率上具有优势，但在冲击区域的破坏程度

明显低于实际试验观测值，其原因在于常规四面体

单元在侵彻大变形下易因体积自锁使其刚度增大而

低估损伤程度，而选用的六面体单元能有效缓解此

问题。因此，对于几何结构相对简单的靶板，优先选

择六面体单元以提升计算结果的精度。

综上所述，通过对不同影响因素的研究，最终

确定网格划分方案如下：靶板中心半径为 250 mm
的区域内进行网格加密，其余区域网格稀疏，种子

密度为 0.137 个/立方厘米。基于此方案，确定最终

的单元数量为：混凝土板 23 340 个单元，钢筋 39 410
个单元，弹体 1 320 个单元。其他模型参数设置与

图 2　混凝土受压损伤云图（正面）

Fig.2　Contour map of concrete compressive damage (front)

图 3　混凝土受拉损伤云图（背面）

Fig.3　Contour map of concrete tensile damage (back)

图 4　六面体单元损伤模拟情况图

Fig.4　Damage simulation using hexahedral elements

图 5　四面体单元类型损伤模拟情况图

Fig.5　Damage simulation using tetrahedral elements

932



网格敏感性分析部分保持一致。

2.2 模拟结果与试验结果对比

宋孟燕等［42］试验中的四种工况下与数值模拟

破坏模式的对比如表 1所示。试验结果表明，钢筋混

凝土靶板在弹体冲击下的破坏模式呈现显著特征。

以工况二（初速 216 m/s，靶板厚度 300 mm）为例进

行分析：弹体未穿透靶板，弹坑破坏形状为椭圆形。

靶板正面受直接冲击作用，发生混凝土压缩崩落，平

均直径 460 mm；靶板背面则因应力波传播至自由面

引发拉伸破坏，导致大面积混凝土剥落，平均直径

720 mm。其他三种工况靶板正面破坏特征与此相

似，均表现为靶板正面无明显可见裂纹，但伴有混凝

土崩落现象。然而，各工况在弹体侵彻模式及靶板背

面破坏特征上存在显著差异：工况四（初速 280 m/s，
靶板厚度 300 mm）的贯穿破坏效应更为显著，钢筋

网因受到弹丸的冲击而发生塑性屈曲，背部混凝土

崩落区平均直径较工况二减小 45 mm；工况三（初速

187 m/s，靶板厚度 150 mm），弹体未穿过靶板，肉眼

可见贯通弹道。混凝土崩落程度较工况二显著降

低 ，靶板正面及背面混凝土崩落半径分别减小

236 mm、195 mm，减小幅度均超过 25%；工况一（初

速 300 m/s，靶板厚度 500 mm）弹体仅嵌入靶板，破

坏形式表现为独特的“正面开坑—背面完整”特征，

该特征的形成机制与初始压缩波和迎撞面反射拉伸

表 1 试验与数值模拟结果对比

Table 1 Comparison between experimental and numerical simulation results

工况

一

二

三

四

破坏模式

正面

试验 模拟

背面

试验 模拟
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波的耦合作用密切相关。综合弹体侵彻深度及靶板

正背面的损伤演化特征，可将这四种工况的破坏模

式定义为：侵入破坏（工况一）、侵彻震塌（工况二）、

临界贯穿（工况三）以及贯穿（工况四）。

基于混凝土率相关本构模型，建立了与试验对

应的四种工况的数值模型。从破坏模式、损伤范围、

侵彻深度及开坑尺寸关键参数结果对比分析，见表

1、2。鉴于混凝土材料在高速冲击条件下表现出显

著的非均质性和随机损伤特征，同时侵彻过程高度

非线性，已有研究指出，在弹丸侵彻混凝土结构的数

值模拟中，关键参数的相对误差控制在 20%~30%，

通常被认为是合理且可接受的［25，29］。对于工况四中

正面开坑直径相对误差偏高的现象，主要是由于建

模过程中未考虑骨料的存在，在工况冲击速度极高

的情况下，使得正面混凝土在极高应变率下的损伤

累积与破碎过程在数值模型中不可避免地被简化，

进而难以精准再现骨料的真实破碎行为。通过对比

数值模拟结果与试验数据吻合良好，验证了数值模

拟方法的有效性。图 6 展示了工况二不同时刻混凝

土靶板的剖面损伤云图，结果显示：该工况下所呈现

的破坏形态为喇叭口型的破坏形状。在弹体侵彻靶

板过程中，弹体前方产生的球面压缩波沿侵彻方向

传播，并先于弹体到达靶板背面。该压缩波在背面

反射形成拉伸波，并向靶板内部反向传播。在此应

力波作用下，靶板内部产生径向和环向裂纹。随着

应力波的进一步传播，裂纹互相贯通导致部分块体

从靶体上剥离，最终在靶板背面形成震塌喇叭口型，

这与试验现象分析所呈现的结果是一致的。

3 靶板的动力响应分析

基于特征单元（A‑F）的响应数据，分析了弹体

侵彻钢筋混凝土靶板过程中应变与应变率的时程

演化规律。通过应变—时间曲线，揭示应力波在靶

板内的传播、反射与叠加诱发的应变分布特征（正

面以压应变为主，背面以拉应变为主）。同时结合

图 6　工况二不同时间下混凝土受压损伤变化

Fig. 6　Variations in concrete compressive damage at different times in case 2

表 2 试验与模拟结果对照表

Table 2 Comparison between experimental and simulation results

工况

一

相对误差/%

二

相对误差/%

三

相对误差/%

四

相对误差/%

试验

模拟

试验

模拟

试验

模拟

试验

模拟

靶板厚度/
mm

500

300

150

300

冲击速度/
(m⋅s-1)

300

216

187

280

剩余速度/
(m⋅s-1)

0
0
0
0
0
0

0.15
0.12
20
6

4.9
18.3

侵入深度/
mm
172
181
5.2
59
68
15

172
176
2.3
300
300

0

正面开坑直径/mm
平均

380
380

0
285
341
19.6
521
398
23.6

最大

500
438
12.4
460
431
6.3
310
370
19.4
540
416
23

背面开坑直径/mm
平均

0
0
0

720
687
4.6
480
467
2.7
675
624
7.6

最大

0
0
0

798
710
11

505
487
3.6
756
642
15.1

破坏模式

侵入破坏

侵彻震塌

临界贯穿

贯穿
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应变率—时间曲线及动态增长因子（DIF）变化情

况，分析侵彻过程不同阶段的变形速率特性与应变

率强化效应的空间分布规律。

3.1 应变时程演化规律

提取四种典型侵彻工况下迎撞面与背撞面所

选取的六个特征单元（A‑F）的应变—时间响应曲线

（特征单元空间分布详见图 1）如表 3 所示。表 3 显

示，所选特征单元的压主对数应变幅值大于拉主对

数应变幅值。在工况一（板厚 500 mm，初速 300 m/s）
中，迎撞面特征单元 A 的主对数应变为负值，达到

了 0.07，其余特征单元主对数应变为正值且幅值均

小于 0.05；背撞面特征单元 A 的背面主对数应变为

正值，幅值为 0.03，显著高于其余特征单元的幅值。

在工况二（板厚 300 mm，初速 216 m/s）中，迎撞面

特征单元 A 的主对数应变幅值达到了-0.18，其余

单元幅值与工况一相似，不同的是背面特征单元 E
的 幅 值 最 大 ，达 到 了 0.1。 在 工 况 三（板 厚 为

150 mm，初速为 187 m/s）中，迎撞面特征单元 F 的

主对数应变幅值达到了-0.18，相比于厚板来说，薄

靶板的边界约束效应更为明显，表现为远离冲击中

心单元的主对数应变值显著增大。在工况四（板厚

300 mm，初速 280 m/s）中，特征单元 A 的主对数应

变幅值相比工况二提高了 0.01，且随着冲击速度的

增加，其余单元的幅值也显著提高。

综合分析四种工况，在空间分布呈现显著的双

模态特征：混凝土正面的特征单元以压缩变形为

主，且弹体直接冲击单元压应变较大，并普遍随径

向距离增大而衰减；而背面的特征单元主要表现为

拉伸变形。该现象源于冲击力学原理：弹体冲击瞬

间，冲击力在接触区域激发压缩波并向背面传播，

导致正面单元主要承受压应力。当压缩波传播至

背面时发生反射，形成拉伸波反向传播，使背面单

元处于拉应力。在时间维度呈现了时序的递进性，

即压缩峰值先于拉伸峰值出现，但随工况不同出现

了显著的差异，对应应力波直达—反射传播过程，

其时差隐含波速特性且随板厚增大而延长。对参

数敏感性分析进一步表明：冲击速度增大会同步提

升正/背面应变幅值并加速响应进程，而板厚增加

可有效抑制背面拉伸应变，延迟其峰值时间。上述

时空规律为混凝土动态本构建模与抗冲击优化设

计提供了理论依据。

3.2 应变率时程演化规律

应变率是描述混凝土变形速率的关键物理量，

定义为混凝土中某单元的应变随时间的变化率，数

学上表示为 ε̇ = dε/dt，单位为 s−1。通过对工况二

（初速 216 m/s，板厚 300 mm）绝对值最大的主对数

应变—时间曲线求导，可以得到应变率与时间的关

系曲线，如图 7 所示。

通过对应变率时程曲线演化特征的综合分析，

变化趋势可划分为以下三个阶段：初始冲击阶段：

弹体与靶体接触瞬间，局部应力急剧攀升，引发高

频应力波，导致应变率迅速飙升并达到峰值。受初

始应力波激发及接触力突变影响，应变率曲线会出

现短时间的高频振荡。应力波传播阶段：应力波在

靶板内传播、反射与叠加，形成复杂动态应力场。

受应力波影响，应变率呈“震荡衰减”态势。结构破

坏阶段：混凝土出现开裂、剥落，钢筋发生屈服或断

裂。此阶段应变率逐渐趋于平稳。弹体停止运动

后，应变率趋近 0，而残余变形区域可能维持低应变

率状态。进一步分析不同空间位置特征单元的应

变率变化可知：应变率峰值出现的时间随距冲击点

距离的增大呈现交替延迟现象，相邻峰值的时间间

隔约为 0.04 ms。同时靶板正面直接冲击单元应变

率最大，达 5 000/s-1 以上，靶板背面特征单元应变

率值显著低于正面特征单元。距离冲击中心越远，

应变率值越低，边缘处特征单元（F）的应变率在整

个过程中始终在 0 附近波动。

将获取的应变率数据代入公式（6），得到动态

增长因子与时间的关系，如图 8 所示。对于特征

单元 D、E、F 来说，其 DIF 值基于动态 S 准则确

定，表示屈服面随应变率的瞬时扩大倍数，为材料

本征属性，即使未达破坏强度，仍能准确描述瞬时

强化效应，并非仅指破坏后的静动态强度比。结

果显示，靶板正面冲击中心的特征单元 A，其压缩

动态增长因子可达最大值 4.1，并一直保持至破

坏；远离中心的特征单元，其动态增长因子在 1~2
波动，且小于特征单元 A 处的数值。拉伸状态下，

靶板正面特征单元 B 的动态增长因子最大，最大

值为 3.99，且远离中心特征单元的动态增长因子

逐渐减小。靶板背面特征单元 F 的动态增长因子

最大，达 4.83。随着应力波向靶板背面传播，靶板

背面混凝土特征单元的压缩动态增长因子显著突

增，随后拉伸动态增长因子迅速上升直至破坏。
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对比靶板正、背面特征单元的 DIF 差异表明：靶板

正面直接承受弹体侵彻，局部应变率极高，动态增

长因子也高，引发显著的应变率强化效应。剧烈

的波动反映弹体与混凝土接触瞬间的复杂相互作

用，出现骨料破碎、裂缝瞬时扩展现象。而应力波

传播至背面时已衰减，动态增长因子显著降低。

损伤主要由弯曲应力波和层裂效应引起，非直接

冲击，因此 DIF 增幅较小。

表 3 不同工况下特征单元绝对值最大的主对数应变

Table 3 Principal logarithmic strain with maximum absolute value for characteristic elements under different operating 
conditions

工况

一

二

三

四

特征单元绝对值最大的主对数应变

正面 背面
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4 结  论

通过引入有效硬化函数、多轴损伤变量和 S 型

率相关强度准则，改进了混凝土塑性损伤本构模

型，并耦合钢筋柔性损伤模型，结合试验与数值模

拟研究钢筋混凝土靶板侵彻问题 ，得到了以下

结论：

（1）改进后的本构模型弥补了传统模型在应变

率效应、损伤演化及硬化/软化行为描述上的不足。

数值模拟结果与试验数据高度吻合，显著提升了对

混凝土在极端动态载荷下复杂力学行为的描述能

力，验证了模型的有效性。

（2）靶板厚度与冲击速度共同决定了靶板的破

坏模式（侵入、侵彻震塌、临界贯穿、贯穿）。薄靶板

（150 mm）在低速冲击（187 m/s）下呈现临界贯穿特

征，而厚靶板（500 mm）在高速冲击（300 m/s）下以

侵入为主。靶板的正面受冲击作用使得混凝土以

受压破坏为主，背面因应力波传播导致的压缩—拉

伸波叠加而使混凝土以受拉破坏为主，动态强度显

著提升（正面压缩强度达静强度 4.1 倍，背面拉伸强

度最大增幅 4.83 倍），剖面的破坏呈现为喇叭口破

坏形态。此外，应变率时程呈现三阶段演化规律：

初始冲击阶段迅速飙升至 5 000 s⁻¹，应力波传播阶

段呈震荡衰减，结构破坏阶段趋于平稳。

研究明确了不同工况下靶板的破坏形态与动

态响应特征，为反应堆安全壳等关键防护结构的抗

冲击优化设计提供了坚实的理论支撑。采用改进

的混凝土塑性损伤本构模型进行冲击问题研究，可

为核电站安全壳应对飞机撞击等极端威胁的安全

性评估提供重要的理论依据。
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