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摘要： 为研究爆炸冲击荷载作用下剪切增强效应和应变率效应对混凝土类材料状态方程的影响，基于水泥砂浆

静水压缩和平板撞击两类状态方程行为实验，利用 Kong-Fang混凝土类材料流体弹塑性模型和 LS-DYNA中光滑粒子

伽辽金（smoothed particle Galerkin, SPG）算法，建立能科学表征混凝土类材料包括剪切增强效应和应变率效应在内的复

杂动态力学行为的高精度数值模型。在此基础上，定量分析剪切增强效应和应变率效应对混凝土类材料状态方程行

为的影响，并指出剔除平板撞击实验中剪切增强和应变率耦合效应所面临的困难。结果表明：利用 Kong-Fang模型和

SPG算法可精确模拟混凝土类材料包括剪切增强效应和应变率效应在内的复杂动态力学行为；为实现爆炸冲击荷载

作用下混凝土类材料在高-中-低压下动态力学行为的精细化模拟，要依据可靠的状态方程行为实验数据建立混凝土类

材料宽广压力范围状态方程；在利用平板撞击实验数据标定状态方程参数时，须剔除剪切增强和应变率耦合效应的影

响；建立混凝土类材料宽广压力范围状态方程存在悖论，利用数值迭代策略可能是解决困难的有效手段。研究结论可

为后续利用数值迭代策略剔除剪切增强效应和应变率效应对混凝土类材料状态方程的影响，并进一步建立爆炸冲击

荷载作用下混凝土类材料高精度宽广压力范围状态方程提供依据。
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Abstract:   To  investigate  the  shear-enhanced  compaction  effect  and  strain-rate  effect  on  the  equation  of  state  (EoS)  of

concrete-like  materials  subjected  to  blast  and  impact  loadings,  high-fidelity  numerical  simulations  were  performed based  on

two types of EoS behavior tests for cement mortar, including hydrostatic compression tests and flyer-plate impact tests. These

simulations employed the Kong-Fang hydro-elasto-plastic model for concrete-like materials and were implemented using the

smoothed  particle  Galerkin  (SPG)  algorithm in  LS-DYNA,  enabling  accurate  reproduction  of  complex  dynamic  mechanical
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behaviors,  including  the  shear-enhanced  compaction  effect  and  strain-rate  effect.  Based  on  the  high-fidelity  numerical

simulations  described  above,  a  quantitative  analysis  was  conducted  to  investigate  the  influence  of  the  shear-enhanced

compaction  effect  and  strain-rate  effect  on  EoS  behavior  of  concrete-like  materials,  and  the  challenges  associated  with

eliminating  the  shear-enhanced  compaction  and  strain-rate  coupling  effects  in  flyer-plate  impact  tests  were  systematically

identified. The results demonstrate that the Kong-Fang model, when combined with the SPG algorithm, can accurately simulate

the complex dynamic mechanical behaviors of concrete-like materials, including shear-enhanced compaction effect and strain-

rate effect. To achieve high-precision simulation of dynamic mechanical behaviors of concrete-like materials subjected to blast

and impact  loadings  across  high-medium-low pressure  ranges,  it  is  essential  to  establish  an  EoS with  a  wide-range  pressure

based  on  experimental  data  from  EoS  behavior  tests.  However,  shear-enhanced  compaction  and  strain-rate  coupling  effects

should  be  eliminated  when  using  flyer-plate  impact  test  data  to  calibrate  the  EoS  parameters.  A  paradox  arises  in  the

establishment of EoS with wide-range pressure for concrete-like materials, and the application of numerical iteration correction

methodology may represent an effective approach to resolving this challenge. These findings provide a theoretical foundation

for the future development of a numerical iteration correction methodology to eliminate the shear-enhanced compaction effect

and strain-rate effect on the EoS of concrete-like materials, thereby facilitating the establishment of a high-precision EoS with a

wide range of pressure for concrete-like materials subjected to impact and blast loadings.

Keywords:  concrete-like material; blast and impact loadings; equation of state; shear-enhanced compaction effect; strain-rate

effect

混凝土类材料（普通混凝土、水泥砂浆和超高性能混凝土等材料的统称）广泛用于军用和民用防护

结构中[1-3]。在炸药爆炸或弹体侵彻等强动载作用下，混凝土类材料可能发生动态拉伸、剪切和压缩等典

型破坏现象[4-5]。对爆炸冲击荷载作用下混凝土类材料中应力波传播衰减和动态损伤破坏的精细化数值

模拟是当前研究的热点和难点 [6-8]。

在爆炸冲击荷载作用近区，混凝土类材料因受高压和高应变率作用而呈近似流体状态，经典损伤塑

性模型难以有效描述该状态下的力学行为[9]。目前普遍采用的爆炸冲击荷载作用下混凝土类材料模型

为流体弹塑性模型，如 Holmquist-Johnson-Cook （HJC）模型[10]、Riedel-Hiermaier-Thoma （RHT）模型[11]、

Karagozian and Case （K&C）模型[12] 和 Kong-Fang 模型[13]。在流体弹塑性模型中，混凝土类材料由孔隙坍

塌和裂纹扩展引起的力学行为变化分别由状态方程（球量）和强度面（偏量）描述。在爆炸冲击荷载作用

下，动态压缩破坏发生在高静水压力状态，动态剪切破坏发生在较低或中等静水压力状态，而动态拉伸

破坏则通常发生在低静水压力状态[4]。因此，流体弹塑性模型中的状态方程必须能同时准确描述混凝土

类材料在高-中-低压下的力学行为，即需要建立混凝土类材料宽广压力范围状态方程。然而，由于混凝

土类材料的等压屈服特性和剪胀特性[13-14]，材料既可在等压受力下因压缩而屈服，也可在剪应力作用下

产生体积变形，体积应变与剪应力有关，剪应变与静水压力有关，即存在应力球量与偏量的耦合作用[13-16]，

从而给建立混凝土类材料高精度宽广压力范围

状态方程带来很大挑战。

状态方程（equation of state，EoS）描述了材

料静水压力、密度和内能三者之间的变化，用

3 个维度的空间曲面（Hugoniot 曲面）来描述，曲

面上的任意一点均代表材料的某一特定状态[15]。

由于材料的内能变化无法直接测量，因此状态

方程通常简化为二维平面上的压力和密度（常用

体积应变描述）关系曲线  [17-18]，如图 1 所示。对

于获取混凝土类材料 EoS 数据的实验方法，最初

是在静高压条件下，对材料体积应变随静水压力
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图 1    混凝土类材料状态方程示意图[18]

Fig. 1    Typical equation of state for concrete-like materials[18]
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的变化规律进行实验研究而开始的，对应的实验称为静水压缩实验[19]。静水压缩实验通常利用伺服装

置施加压力，但对于含孔隙和微裂纹的非均质混凝土类材料而言，受伺服装置和试件尺寸限制，目前所

施加的最大静水压力在 0.8 GPa 以下，远不能覆盖爆炸冲击荷载作用近区材料处于 10 GPa 量级的高压

状态[7]。

相对于静高压技术，动高压技术可实现最高可达 1 TPa 量级的冲击压力范围。目前，技术上成熟并

被广泛用于研究固体高压状态方程的动高压技术为压缩气炮技术，对应的实验被称为平板撞击实

验[15]。对于混凝土类材料，当平板撞击实验达到的冲击压力比材料剪切强度高 2个数量级甚至更高的情

况下，材料可视为无粘性可压缩流体，材料模型中的畸变律部分可忽略不计而只考虑容变律部分，这种

处理方法通常称为流体动力学近似 [9]。在冲击高压作用下，混凝土类材料中的压缩扰动将形成强间断

冲击波，利用冲击波波阵面上的冲击突跃条件（Rankine-Hugoniot 关系），并结合平板撞击实验测得的冲

击波波速和质点速度的关系曲线（Hugoniot 线），即可确定混凝土类材料高压状态方程[9,15]。然而，当冲击

压力与材料剪切强度量级接近或相同时，由于需考虑剪切增强效应，平板撞击实验得到的轴向应力

（Hugoniot 应力）实际上是由静水压力项和剪切应力项（由剪切增强效应引起[13]）2 部分组成。另外，由于

中-低压时混凝土类材料不能视为无黏性可压缩流体，应变率效应会对状态方程产生重要影响。Cui等[14]

基于三维霍普金森杆实验加载系统，研究了混凝土在三向冲击荷载下的状态方程，发现混凝土体积模量

在中-低压时具有应变率效应，且应变率敏感性随压力的升高而逐渐减弱，在压力远高于混凝土剪切强度

时应变率效应消失。对于应变率效应，在流体弹塑性模型中一般通过“径向放大”方法对当前加载面

进行修正[12-13]，为避免重复考虑应变率效应，在由平板撞击实验确定中-低压状态方程时应剔除应变率效

应。然而，诸多学者在利用平板撞击实验（动态一维应变压缩实验）确定中-低压状态方程时，为简化处理

并未考虑轴向应力与静水压力之间的差异，即在冲击压力与混凝土类材料剪切强度量级接近或相同时，

仍将轴向应力视为近似等于静水压力。这种处理方法忽略了混凝土类材料剪切增强效应和应变率效应

的影响，必然会给爆炸冲击荷载作用下混凝土类材料中应力波传播衰减和动态损伤破坏的数值模拟带

来较大误差。

Larson 等[3] 指出，由于脆性材料平板撞击实验中剪切增强效应和应变率效应的存在，根据 Rankine-
Hugoniot关系确定的轴向应力与体积应变关系曲线并不能等同于静水压力与体积应变关系曲线。Neel[20]

通过对比准静态压缩实验与平板撞击实验结果，发现相同体积应变下动态压缩应力高于准静态压缩

应力，并指出两者之间的差异随体积应变的增大而增大。Piotrowska 等[21] 指出，与准静态压缩相比，在

动态压缩中由于应变率效应的存在，混凝土类材料被压缩至相同体积应变时需要更高的压力。显然，

上述研究仅限于定性分析，目前在利用平板撞击实验数据标定状态方程参数时，尚无法定量评估由于

引入赘余的剪切增强效应和应变率效应对混凝土类材料状态方程行为的影响，这必然会阻碍爆炸冲

击荷载作用下混凝土类材料中应力波传播衰减和动态损伤破坏精细化数值模拟的实现。另外，由于

混凝土类材料存在应力球量与偏量的耦合作用以及实验加载装置和测试手段的限制，仅依靠静水压缩

和平板撞击实验数据来量化剪切增强效应和应变率效应的影响或进一步剔除这些效应，目前来看还十

分困难。

随着数值算法的发展和计算效率的提升，数值模拟已成为研究爆炸冲击载荷作用下混凝土类材料

状态方程行为的重要手段[2,5,22]。对混凝土类材料状态方程行为的高精度数值模拟，主要取决于完善的混

凝土类材料模型和合理的数值算法。Kong 等[13] 基于混凝土材料压力-体积应变实验数据和三轴压缩实

验数据，对比分析了常用的 HJC[10]、RHT[11]、K&C[12] 和 Kong-Fang[13] 等 4 种流体弹塑性模型对状态方程

和最大强度面的预测效果，发现 Kong-Fang 模型整体上优于其他模型。另外，为通过数值模拟研究剪切

增强效应和应变率效应对状态方程的影响，混凝土类材料模型中状态方程自身的选取尤为重要，选取的

状态方程应能准确描述混凝土类材料在高-中-低压下的力学行为。目前，广泛应用于混凝土类材料的状

态方程主要有 Herrmann 孔隙状态方程[18]、HJC 模型状态方程[10] 和列表式状态方程[23]。Wang 等[2] 近期

通过实验和数值模拟研究发现：Herrmann 孔隙状态方程和 HJC 模型状态方程不能准确描述中-低压范围
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内混凝土类材料的压力-体积应变关系。而 K&C 模型和 Kong-Fang 模型中所采用的列表式状态方程，可

直接依据状态方程行为实验数据来标定 10 组压力-体积应变数据，作为流体弹塑性模型中状态方程参数

的输入，在 10组数据的基础上进行线性插值，从而描述混凝土类材料的状态方程行为。

对混凝土类材料在爆炸冲击载荷作用下动态力学行为的数值模拟，通常采用有限元结合单元删除

算法，孔祥振等[24] 对该方法进行了系统评估，指出单元删除准则对混凝土类材料损伤破坏和应力波传播

的预测结果影响非常大，应谨慎使用。对混凝土类材料在爆炸冲击载荷作用下动态力学行为的另一种

模拟方法为无网格算法。由 LS-DYNA近期开发的光滑粒子伽辽金（smoothed particle Galerkin, SPG）算法[25]

可很好地处理大变形和多物质间界面等问题，该算法通过粒子间的键基断裂来描述材料损伤破坏，有效

克服了传统粒子法收敛性差、拉伸不稳定以及有限元法单元删除导致的动量、能量不守恒等缺陷，目前

已被成功应用于装药内爆炸[26-27] 和弹体侵彻[28-29] 等问题的数值模拟中，取得了良好效果。

基于此，本文以混凝土类材料中的水泥砂浆为例，首先收集系统完善的水泥砂浆静、动态力学性能

实验数据，在此基础上对 Kong-Fang 混凝土类材料模型参数进行详细标定，然后基于 LS-DYNA 中无网

格的 SPG 算法对水泥砂浆静水压缩和平板撞击 2 类状态方程行为实验进行精细化数值模拟，定量分析

剪切增强效应和应变率效应对混凝土类材料状态方程的影响，为建立爆炸冲击荷载作用下混凝土类材

料高精度宽广压力范围状态方程提供依据。

 1    水泥砂浆状态方程行为实验[2,30]

为分析剪切增强效应和应变率效应对混凝土类材料状态方程的影响，需对同一种材料开展系统全

面的静水压缩（hydrostatic compression, HC）和平板撞击（flyer-plate impact, FPI）2 类状态方程行为实验，并

确保 2 类实验得到的静水压力（轴向应力）与体积应变关系之间能相互比较，且所涉及的压力范围应能

覆盖高-中-低压的宽广压力范围。然而，对于非均质的混凝土类材料，由于加压装置的限制，开展这样的

系统性实验目前仍较困难。

为研究混凝土类材料的状态方程行为，Yankelevsky 等[30] 利用自制的高压加载装置对水泥砂浆开展

了 HC 实验，在加载过程中试件的最高静水压力可达 0.73 GPa；Wang 等 [2] 对水泥砂浆开展了系统性的

FPI 实验，轴向应力最高可达 28.7 GPa。值得一提的是，Wang 等[2] 和 Yankelevsky 等[30] 采用的水泥砂浆

的配合比、密度、泊松比和抗压强度等均较接近（见表 1）。本文对水泥砂浆的 2 类状态方程行为实验

（HC和 FPI实验）分别进行介绍，并对 2类实验材料性能之间的差异可能导致的潜在误差进行分析。

 1.1    HC 实验[30]

水泥砂浆的 HC 实验中采用圆柱体试件，试件的直径和高度分别为 70 和 150 mm。实验加载分 2 种

工况：第 1 种工况为对试件连续加载至最大静水压力，然后卸载，简称连续加载；第 2 种工况为经多次加/
卸载循环至最大静水压力，最后卸载，简称非连续加载。加载速率约 5 kN/s，可视为准静态加载。需要指

出的是，Yankelevsky 等[30] 开展的 HC 实验，实际上为准静态单轴受限压缩实验，通过实验过程中测得的

径（环）向应变和经标定的测压系数，将轴向应力调整为真实的静水压力（即剔除剪切增强效应）。2 种加

载工况下得到的静水压力 p 与体积应变 μ 的关系曲线[30] 如图 2 所示，可以看出，2 种加载工况下 p-μ 关

系曲线的加载部分几乎完全重合，由此说明 HC实验结果是可靠的。

 

表 1    水泥砂浆配合比和力学性能参数

Table 1    Mix ratios and mechanical property parameters of cement mortar

实验类别 水灰质量之比
配合比/(kg·m−3)

密度/(kg·m−3) 泊松比 抗压强度/MPa 来源
水 水泥 砂

HC实验 0.5 336.4 672.8 1 183.5 2 194 0.20 44.8 文献[30]

FPI实验 0.5 276.6 553.2 1 438.2 2 268 0.19 42.7 文献[2,31]
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 1.2    FPI 实验[2]

Wang 等 [2] 利用轻气炮对水泥砂浆进行了 2 种类型的 FPI 实验。第 1 种为采用内嵌粒子速度计

（embedded electro-magnetic particle velocity gauge, EMV）方法的 FPI 实验，撞击速度范围为 45～288 m/s，
在一级轻气炮上进行。水泥砂浆飞片的尺寸为 Φ50 mm×8 mm，水泥砂浆靶体的尺寸为 Φ50 mm×25 mm，

靶体沿纵轴方向被分割成相等的 2 片。厚度约为 60 µm 的粒子速度计夹在 2 片靶体中间，由 5 个间距

为 2 mm 的铜膜传感器组成。由于飞片和靶体均采用相同材料水泥砂浆，这种实验被称为对称 FPI 实
验 [22]。图 3 给出了撞击速度为 288 m/s 的对称 FPI 实验中测得的粒子速度时程曲线。其中，测点 1 和

3分别位于水泥砂浆靶体中沿纵轴方向距撞击面中心 2和 6 mm处。

∅

∅ ∅ ∅ ∅

第 2 种为采用多普勒光纤测速系统（Doppler probe system, DPS）方法的 FPI 实验，撞击速度范围为

314～1970 m/s，在一级或二级轻气炮上进行。水泥砂浆靶体的尺寸为    20 mm×3 mm，PMMA 透明窗口

的尺寸为    20 mm×8 mm；飞片的尺寸为    48 mm×1.5 mm 或    56 mm×3.5 mm，基板的尺寸为    48 mm×
1.5 mm，飞片和基板均由无氧铜（oxygen-free high conductivity copper, OFHC 铜）制成。由于飞片由已知粒

子速度与波速关系的金属材料制成，而靶体为待测试材料水泥砂浆，这种实验被称为正向 FPI 实验[22]。

图 4 给出了撞击速度为 475 m/s 的正向 FPI 实验中得到的粒子速度时程曲线。其中，DPS-Ⅰ为无氧铜基
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图 2    水泥砂浆 HC实验加载/卸载曲线

Fig. 2    Loading-unloading curves from HC experiment for cement mortar
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Fig. 3    Comparison of particle velocity-time histories recorded
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with ones predicted by numerical computation
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板背后的粒子速度时程曲线，DPS-Ⅱ为水泥砂浆靶体与 PMMA透明窗口界面的粒子速度时程曲线。

Wang 等[2] 开展的 FPI 实验的飞片撞击速度范围为 45～1970 m/s，表 2 和图 5 给出实验测得的不同

飞片撞击速度下水泥砂浆靶体纵波波速与粒子速度关系（简称 us-up 关系）数据。由图 5 结合图 3～4 可

以看出：对于不同撞击速度，靶体中的波结构存在明显差异，随着撞击速度的提高，波结构会从弹塑性波

转变为弹塑性-冲击波，直至为冲击波。显然，由于波结构的差异，需对实验测得的 us-up 关系数据进行分

区拟合[2,16]。Wang 等[2] 通过对图 5 中的数据进行波结构分析，从而建立了准确可靠的一维应变纵波波速

随粒子速度变化的关系曲线（图 5中黑色实线）。

利用建立的 us-up 关系，进一步结合 Rankine-Hugoniot 关系[9,15]，可确定 Hugoniot 应力（轴向应力 σx）

与体积应变 μ 的关系曲线，如图 6 所示。可以看出：FPI 实验测得的轴向应力 σx 最高可达 18.6 GPa，可覆

盖冲击爆炸荷载作用下应力波传播衰减所经历的宽广压力范围。

图 7 给出了水泥砂浆 HC 实验得到的静水压力和 FPI 实验得到的轴向应力与体积应变关系的对

比。可以看出：相同体积应变 μ 时，FPI 实验得到的轴向应力高于 HC 实验得到的静水压力（σx＞p）。这

是由于 FPI 实验中水泥砂浆在动态一维应变条件下受剪切增强效应和应变率效应的影响，使得轴向应力

 

表 2    不同撞击速度下水泥砂浆 FPI 实验结果[2]

Table 2    FPI experimental data for cement mortar at different impact velocities[2]

对称FPI实验 正向FPI实验

撞击速度/(m·s−1) 粒子速度/(m·s−1) 纵波波速/(m·s−1) 撞击速度/(m·s−1) 粒子速度/(m·s−1) 纵波波速/(m·s−1)

45 22.5 3 055 314 274.9 2 041

61 31.5 2 160 475 411.7 2 370

82 41.0 1 996 601 508.4 2 827

100 50.0 2 140 777 656.9 2 908

114 57.0 1 613 957 787.8 3 546

146 73.0 1 336 1 560 1 230.8 4 635

170 85.0 1 282 1 970 1 526.1 5 373

212 106.0 1 330

214 107.0 1 242

288 144.0 1 454
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图 5    FPI实验[2] 水泥砂浆靶体纵波波速与粒子速度关系

Fig. 5    Relationship between longitudinal wave
velocity and particle velocity of cement
mortar target for FPI experiment[2]
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Fig. 6    Relationship between axial stress and volumetric
strain of cement mortar determined

by FPI experiment[2]
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与静水压力之间存在明显差异。另外，2 类实验

所达到的压力（应力）在体积应变为 0～0.18的范

围内能直接相互对比，且能覆盖爆炸冲击荷载作

用下混凝土类材料所经历的宽广压力范围

（0～18.6 GPa），可为定量分析剪切增强效应和应

变率效应对状态方程的影响提供基础数据和可

靠依据。

 1.3    误差分析

由表 1 可知 HC 实验和 FPI 实验的水泥砂

浆配合比和基本力学性能相近，但考虑到 2 类实

验采用的水泥砂浆试件非同一批次且来源不同，

因此有必要对其可能带来的不确定性及潜在误

差进行分析。

首先，对比分析 2 种水泥砂浆的静态压缩性

能。本文利用真三轴电液伺服装置对开展 FPI
实验 [2] 时预留的水泥砂浆试件（50 mm×50 mm×
50 mm 立方体试件）进行静水压缩实验。对试件

以 5 kN/s 的速度加载，过程中保持 3 个加载方向

上的荷载一致，至静水压力峰值 350 MPa（装置

最大稳定加压值）后卸载。图 2 给出了该静水压

缩实验（蓝色实线）与 Yankelevsky 等 [30] 静水压

缩实验的加载/卸载曲线对比。可以看出：2 种水

泥砂浆的力学性能在静水压缩实验所能达到的

压力范围内（p≤350 MPa）十分接近。另外，图 8
给出本文收集的 3 种配合比和抗压强度均相似

的水泥砂浆三轴压缩实验数据[31-33] 的对比，坐标

轴名称中的 fc、σ和 p 分别代表单轴抗压强度、

等效剪切强度和压力 p（详见 2.1.1 节）。由图 8

可以看出，3 种水泥砂浆在围压条件下的力学性能也很接近。这从侧面进一步说明，配合比和抗压强度

相似的水泥砂浆，其静态压缩性能可视为基本相同。

其次，对于动态压缩性能，Gebbeken 等[17,34] 和 Riedel 等[11,35] 认为混凝土类材料在动高压下的体积压

缩特性与其基体抵抗压缩的能力密切相关。鉴于表 1所列的 2种水泥砂浆配合比和抗压强度相近，因此

在平板撞击这种典型的动高压条件下，其动态压缩性能也可视为基本相同。

基于上述分析，可认为利用表 1 中所列的非同一批次且来源不同，但配合比和基本力学性能相近的

2 种水泥砂浆，对后续利用数值模拟定量分析剪切增强效应和应变率效应对混凝土类材料状态方程的影

响，所带来的潜在误差在可接受范围内。因此，采用 Yankelevsky 等[30] 开展的 HC 实验数据（静水压力可

达 0.73 GPa），以确保与 Wang 等[2] 开展的 FPI 实验数据在较大范围内能直接相互比较，从而便于定量分

析剪切增强效应和应变率效应对混凝土类材料状态方程的影响。

 2    数值模型及验证

利用 Kong-Fang 流体弹塑性模型和 LS-DYNA 中的 SPG 算法，对水泥砂浆 HC 实验[30] 和 FPI 实验[2]

进行数值模拟。首先对水泥砂浆的 Kong-Fang 模型材料参数进行详细标定，然后建立数值模型，最后将
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Fig. 7    Comparison between hydrostatic pressure-volumetric
strain curve obtained in HC experiment[30] and axial stress-

volumetric strain curve obtained in FPI experiment[2] for cement
 

0.4 0.8 1.2 1.6 2.0 2.4 2.8 3.2 3.6
0.8

1.2

1.6

2.0

2.4

2.8

3.2

3.6

4.0

p/fc

44.8 MPa: Wang et al. [31]
45 MPa: Kohees et al. [32]
38 MPa: Feng et al. [33]

σ/
f c

a1=0.375 4, a2=0.215 5/fc

图 8    根据三轴压缩实验数据标定的水泥砂浆强度面参数

Fig. 8    Failure surface parameters for cement mortar calibrated by
triaxial compression experimental data

     第 x 卷 高    矗，等： 剪切增强和应变率效应对混凝土类材料状态方程的影响 第 x 期    

-7



数值预测结果与实验结果进行对比，验证数值模型的可靠性和精度。

 2.1    水泥砂浆材料模型及参数标定

水泥砂浆采用 Kong-Fang 流体弹塑性模型，其材料参数可分为 4 类，即强度面参数、应变率效应参

数、损伤参数和状态方程参数[4,13]。通过大量水泥砂浆静、动态力学性能实验数据，对 4 类材料模型参数

进行详细标定。

 2.1.1    强度面参数的标定

强度面参数主要包括无侧限单轴抗压强度 fc  (43.8MPa)、抗拉强度 T  (5.48MPa)、弹性模量 E
(31.7GPa)、泊松比 ν (0.195)、拉压子午面之比 ψ以及最大强度面参数 a1 和 a2。在 Kong-Fang模型中，拉压

子午面之比 ψ起重要作用，其被定义为分段函数。利用水泥砂浆的三轴压缩实验数据[31-33]，ψ被确定为：

ψ (p) =



0.5 p≤0

0.5+1.5T/ fc p =
fc
3

1.15/
[
1+1.3/ (3a1+2.3a2 fc)

]
p =

2.3 fc
3

p/(p+ fc) p≥3 fc

(1)

最大强度面参数 a1 和 a2 也由三轴压缩实验数据确定[31-33]，如图 8 所示。利用单轴抗压强度 fc 将等

效剪切强度 σ和压力 p 进行无量纲化处理，并在此基础上对实验数据进行曲线拟合，可确定参数 a1 和

a2 分别为 0.375 4和 0.215 5/fc。
 2.1.2    应变率效应参数的标定

对于应变率效应，Kong-Fang 模型中采用 Xu 等[36] 提出的拉伸动态强度增强因子（dynamic increase
factor (DIF) in tension, θt）和压缩动态强度增强因子（DIF in compression, θc）计算公式：

θt =
{[

tanh
((

log(ε̇/ε̇0)−Wx

)
S
)](

Fm/Wy−1
)
+1

}
Wy (2)

θc = (θt−1)(T/ fc)+1 (3)

ε̇0式中：    为参考应变率，取值为 1 s−1；Fm、Wx、S 和 Wy 为相关经验参数。Wang 等[31] 利用实验数据对水泥

砂浆的 θt 和 θc 分别进行拟合，可直接使用，其中 Fm 为 10，Wx 为 1.6，S 为 0.8，Wy 为 5.5。
 2.1.3    损伤参数对标定

Kong-Fang 模型中考虑混凝土类材料的 3 种损伤机制，即孔隙坍塌引起的静水压缩损伤、剪切微裂

纹引起的剪切损伤和拉伸微裂纹引起的拉伸损伤 [4]。另外，通过引入与应力状态相关的权重因子考虑

3 种损伤的相互作用，包括剪切损伤对拉伸损伤的影响及静水压缩损伤对其他应力状态过程中损伤的影

响。对于剪切损伤参数，主要有控制应变软化阶段的参数 α以及常数 d1 和 d2，由 Wang 等[31] 开展的水泥

砂浆无侧限单轴压缩实验应力-应变曲线软化阶段的数据确定，取值分别为 1.0、0.04 和 2.3；对于拉伸损

伤参数，主要包括断裂应变 εfrac 以及常数 c1 和 c2，εfrac 由 Wang 等[31] 开展的水泥砂浆无侧限单轴拉伸实

验确定为 0.01，c1 和 c2 的取值分别为 3.0 和 6.93[13]；对于静水压缩损伤参数，主要包括锁应变 μl 和常数 β，

μl 为水泥砂浆孔隙完全坍塌压实时的体积应变，由初始密度 2 194 kg/m3 和压实密度 2 683 kg/m3 经计算确

定为 0.223，常数 β控制体积压缩损伤的演化速率，其值为 1.0[4]。
 2.1.4    状态方程参数的标定

Kong-Fang 模型中采用列表式状态方程，其中涉及到 10 组压力 p（p1～p10）、体积应变 μ（μ1～μ10）与

卸载体积模量 K（K1～K10）关系参数。为避免 FPI 实验中的剪切增强效应和应变率效应对状态方程的影

响，在此处仅根据 HC 实验 [30 ] 数据来标定 EoS 参数（简称 EoS-HC），如图 9 和表 3 所示。此外，当

μ＞0.18 时（超过 HC 实验数据范围），此时状态方程关系由已标定的 10 组关系参数的拟合曲线经自动外

推确定，如图 9中红色实线所示。

值得一提的是，近年来 Kong-Fang 模型逐渐被应用于岩石 [ 3 7 ]、超高性能混凝土（ul t ra-high
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performance concrete, UHPC）[38]、活性粉末混凝土（reactive powder concrete, RPC）[39] 和地聚合物混凝土

（geopolymer based high performance concrete, G-HPC）[40] 等材料，本文所采用的水泥砂浆模型参数标定方

法亦适用于这些材料。

 2.2    无氧铜和 PMMA 材料模型及参数标定

正向平板撞击实验中无氧铜飞片和基板采用 Johnson-Cook 动态本构模型和 Gruneisen 状态方程，具

体参数取值见文献 [30, 41]；PMMA 透明窗口采用 Elastic-Plastic-Hydro 动态本构模型（即 LS-DYNA 中第

10号材料模型[23]）和 Grüneisen状态方程，具体参数取值见文献 [30, 42]。

 2.3    数值计算策略及网格敏感性分析

水泥砂浆、无氧铜和 PMMA 材料均采用 SPG 算法进行数值计算。由 LS-DYNA 开发的 SPG 算法在

有限元模型基础上并不需要进行太多额外操作，只需将 Solid 单元的关键字*SECTION_SOLID 替换成

*SECTION_SOLID_SPG，即可生成 SPG 粒子，且替换前的有限元模型网格尺寸即为 SPG 粒子间距。

SPG算法中的关键控制参数主要包括非局部化范围、键基断裂等效塑性应变和键基拉断延伸率[23,25]。本

文经参数敏感性分析，确定水泥砂浆 SPG 算法的非局部化范围、键基断裂等效塑性应变和键基拉断延

伸率参数取值分别为 1.5、0.3和 1.015。
图 10(a) 给出水泥砂浆 HC 实验[30] 数值模拟几何模型及边界条件。试件按照与图 2 中黑色曲线相

同的加载方式施加围压至 0.73 GPa 然后卸载。图 10(b) 给出水泥砂浆对称 FPI 实验[2] 数值模拟几何模型

及边界条件。利用 LS-DYNA 中自动面-面接触算法来模拟水泥砂浆飞片与靶体之间的相互作用，通过

改变飞片的初始速度模拟不同撞击速度下的实验工况（具体工况见表 2）。图 10(c) 给出 1.2 节中水泥砂

浆正向 FPI 实验数值模拟几何模型及边界条件。利用 LS-DYNA 中自动面-面接触算法来模拟无氧铜飞

片、无氧铜基板、水泥砂浆靶体和 PMMA 透明窗口之间的相互作用，通过改变飞片的初始速度模拟不同

撞击速度下的实验工况（具体工况见表 2）。
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图 9    根据 HC实验数据标定 EoS参数（EoS-HC）

Fig. 9    Calibrated EoS parameters based on HC data (EoS-HC)

 

表 3    水泥砂浆 Kong-Fang 模型的状态方程参数

Table 3    Equation-of-state parameters of the Kong-Fang model for cement mortar

项目 μ1 μ2 μ3 μ4 μ5 μ6 μ7 μ8 μ9 μ10

EoS-HC 0 0.003 8 0.022 1 0.044 8 0.065 6 0.087 5 0.111 9 0.131 4 0.153 8 0.178 8

EoS-FPI 0 0.005 2 0.020 1 0.051 2 0.085 6 0.131 2 0.170 1 0.201 4 0.243 7 0.281 7

项目 p1/GPa p2/GPa p3/GPa p4/GPa p5/GPa p6/GPa p7/GPa p8/GPa p9/GPa p10/GPa

EoS-HC 0 0.014 8 0.079 3 0.144 0 0.203 7 0.272 8 0.366 3 0.453 3 0.571 8 0.727 1

EoS-FPI 0 0.166 2 0.327 6 0.452 1 0.586 3 0.906 1 1.395 2 1.993 9 3.386 3 5.568 7
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利用上述建立的数值模型进行网格敏感性分析。图 11 给出第 1 节中 HC、对称 FPI 和正向 FPI 等
3 种实验在不同网格尺寸时的数值模拟预测结果。可以看出，3 种实验在不同网格尺寸时的预测结果均
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图 10    水泥砂浆状态方程行为实验数值模拟几何模型及边界条件

Fig. 10    Geometry and boundary conditions of numerical models for EoS behavior tests of cement mortar
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Fig. 11    Mesh-size sensitivity of numerical models for EoS behavior experiments of cement mortar
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无明显差异。这是由于：一方面，采用的网格尺寸均相对较小，此时网格尺寸对数值模拟结果的影响已

达到收敛；另一方面，采用的 SPG 算法兼具非局部化方法的优势，相较于常规有限元方法能有效削弱网

格敏感性[25,43]。为兼顾数值计算精度和效率，HC、对称 FPI 和正向 FPI 等 3 种实验对应的数值模型网格

尺寸分别确定为 0.4、0.2和 0.2 mm。

 2.4    数值模拟结果及实验验证

基于建立的数值模型 ，分别对 1 . 1 节和

1.2 节中 2 类状态方程行为实验进行数值模拟，

通过对比数值模拟与实验结果，验证数值模型的

可靠性和精度。

HC 实验数值模拟结果与实验结果的对比

如图 12 所示。可以看出，HC 实验数值模拟结果

与实验结果几乎完全吻合。这是由于在静水压

缩状态下，水泥砂浆材料的力学行为完全由控制

球量行为的状态方程决定，而由图 9 可知数值模

型中状态方程的输入为 HC 实验实测的 p-μ 关系

曲线，这种情况下输入即为输出，因此加载/卸载

曲线几乎完全吻合。

图 3～4 分别给出数值模拟预测的速度为

288 m/s 的对称 FPI 实验和速度为 475 m/s 的正向 FPI 实验水泥砂浆靶体粒子速度时程曲线与实验结果

的对比。可以看出：数值模拟预测的粒子速度时程曲线可准确表征水泥砂浆在冲击过程中的波结构差

异，随着速度的增加，波结构会从弹塑性波转变为弹塑性-冲击波，直至为冲击波；并且，在每个测点预测

的弹性前驱波、塑性波、冲击波以及稀疏波的到达时间、持续时间和幅值均与实验结果基本吻合，由此

说明建立的数值模型具有较高精度。有关水泥砂浆在冲击过程中波结构的更多讨论，可参考文献 [2]，在
此不赘述。

图 13 给出不同速度下 FPI 实验数值模拟预测的 σx-μ 关系（轴向应力与体积应变关系）与实验结果

的对比。由图 13(a) 可知，当 μ＜0.18 时，数值模拟预测的 σx 和 μ 均与实验结果吻合较好；当 μ ＞0.18 时，

如图 13(b) 所示，数值模拟预测的 σx 偏低，且随着撞击速度的增大，数值模拟结果与实验结果的差异逐

渐增大。这是由于数值模型中的状态方程参数由 1.1 节中 HC 实验数据标定，其最大体积应变为 0.18，在
此范围内数值模型能准确模拟平板撞击实验中的剪切增强效应和应变率效应，从而使得在数值模拟结
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Fig. 12    Comparison of numerical predictions for the HC
experiment with the corresponding experimental data
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果与实验结果吻合较好；当 μ ＞0.18 时（超过 HC 实验数据范围），此时状态方程关系由标定的十组关系

参数的拟合曲线经自动外推确定，但混凝土类材料的状态方程和经验公式类似，都有其各自的适用范围

（对 2.1.4 节标定的状态方程 EoS-HC 而言，适用范围为 μ ＜0.18），超过适用范围进行曲线外推将会导致

无物理意义的错误结果。由此说明，为准确模拟爆炸冲击荷载作用下混凝土类材料在高-中-低压下的动

态力学行为，必须建立混凝土类材料宽广压力范围状态方程。

图 14 给出了数值模拟预测的撞击速度为

288 m/s 的对称 FPI 实验水泥砂浆靶体沿撞击面

中心法线方向 2 mm（#1）、6 mm（#2）、10 mm
（#3）、14 mm（#4）和 18 mm（#5）的 5 处测点压力

时程曲线。可以看出：水泥砂浆飞片与靶体撞击

产生的压缩波首先使测点#1 处的压力快速升

高，随后测点#2、#3、#4 和#5 处的压力依次升

高；对于测点#1，压力平台持续约 2.1 μs，随后飞

片自由面反射的拉伸波到达该点使压力下降，后

经过多次拉伸波卸载至压力为零；由于压缩波作

用过后水泥砂浆被压实，从而使应力波波速增

大，拉伸波将以更快的速度到达测点#2、#3、
#4 和#5，因此测点#1 的压力脉冲宽度（持续时

间）最大，测点#2、#3、#4 和#5 的压力脉冲宽度

依次变小；另外，测点#3、#4 和#5 的波形中没有

出现同测点#1和#2的压力平台，且峰值压力迅速降低。

图 15给出了数值模拟预测的撞击速度为 288 m/s的对称 FPI实验水泥砂浆靶体在 0.15 ms时的损伤

云图。由图 15(a) 可知，在 288 m/s 的撞击速度下水泥砂浆靶体已完全破坏，这与实验后观察到的靶体破

坏形态一致。由图 15(b)～(c) 可知，靠近撞击面的靶体上部发生严重的静水压缩损伤和剪切损伤耦合破

坏（简称压-剪破坏），而远离撞击面的靶体下部无明显的压-剪破坏。这是由于水泥砂浆靶体中靠近撞击

面处的压缩波峰值压力较高（如图 14 所示，测点#1 处可达 0.38 GPa），可使水泥砂浆发生严重的压-剪破

坏；靶体下部离撞击面较远，而如图 14 所示压缩波峰值压力沿撞击面中心法线方向快速衰减，直至不足

以产生压-剪破坏。另外，水泥砂浆靶体上部较严重的剪切损伤的出现，可有效说明在低速平板撞击实验
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中确实存在不可忽视的剪切增强效应。由图 15(d) 可知，在自由面反射拉伸波卸载的反复作用下，整个

靶体出现严重破坏。

由上述分析可知，若无剪切增强效应和应变率效应对状态方程的影响，且状态方程能够覆盖爆炸冲

击荷载作用下混凝土类材料所经历的宽广压力范围，利用 Kong-Fang 模型和 SPG 算法可精确模拟混凝

土类材料包括剪切增强效应和应变率效应在内的复杂动态力学行为。

 3    剪切增强效应和应变率效应对状态方程的影响

如引言所述，目前常用静水压缩和平板撞击 2 类实验数据来标定状态方程参数。然而，只有静水压

缩实验测得的压力是标定状态方程所需要的真实静水压力。在平板撞击实验中，水泥砂浆靶体处于高

应变率下的动态一维应变状态，除非冲击压力比水泥砂浆剪切增强高两个数量级或更高的情况下泥砂

浆可被视为无黏性可压缩流体，否则剪切增强效应和应变率效应的存在会导致实测轴向应力与真实静

水压力存在明显差异。

在本节中，利用第 2 节已充分验证的高精度数值模型，在其他条件不变的情况下，使用 1.2 节中水泥

砂浆 FPI 实验数据来标定 EoS 参数，然后将其作为 Kong-Fang 模型中状态方程的输入进行数值模拟，定

量分析剪切增强效应和应变率效应对状态方程的影响。为便于表述，将根据 HC 和 FPI 实验数据标定的

EoS 参数分别简称为 EoS-HC 和 EoS-FPI。利用 EoS-HC 得到的数值模拟结果在 2.4 节中已给出，可直接

用于与利用 EoS-FPI 得到的数值模拟结果比较。

图 16 和表 3 给出由 1.2 节中 FPI 实验数据

标定的 10组压力 p（p1～p10）、体积应变 μ（μ1～μ10）

和卸载体积模量 K（K1～K10）关系参数（即 EoS-
FPI）。卸载体积模量（K1～K10）由等强度混凝土

的相关数据确定[39,44]。值得一提的是，μ10=0.281
7 对应水泥砂浆被压实时的体积应变（水泥砂浆

初始密度为 2 194 kg/m3，压实密度为 2 683 kg/m3，

则体积应变 μ l ock=0.222  9；压实压力 p l ock=p10=
5.568 7 GPa，对应体积应变为 μplock=μ10=0.281 7）。

利用 EoS-FPI 作为 Kong-Fang 模型中状态

方程的输入，对第 1 节中 2 类状态方程行为实验

分别进行数值模拟。图 17 给出以 EoS-FPI 作为

输入时 2 类状态方程行为实验数值模拟与实测结果的对比。对于 HC 实验，由于在标定 EoS-FPI 参数时

引入赘余的剪切增强效应和应变率效应，其模拟值高于实测值；对于 FPI 实验，由于在标定 EoS-FPI 参数

时和数值计算过程中重复考虑剪切增强效应和应变率效应，导致其模拟值亦高于实测值。

值得注意的是，当轴向应力 σx＞15 GPa 时，FPI 实验模拟值与实测值之间的差异逐渐减小。这是由

于此时轴向应力比水泥砂浆强度（43.8 MPa）高接近 2 个数量级，这种情况下水泥砂浆材料可被近似视为

无粘性可压缩流体，此时剪切增强效应和应变率效应对状态方程的影响逐渐减弱甚至可忽略不计。遗

憾的是，由于缺乏充足的水泥砂浆高压状态方程实验数据，可忽略剪切增强效应和应变率效应对状态方

程影响的临界冲击压力在本文还无法准确给出。

由上述分析可知，若直接利用 FPI 实验数据对 EoS 参数进行标定，则会由于 FPI 实验中剪切增强效

应和应变率效应的存在，从而无法合理预测混凝土类材料的状态方程行为。因此，在利用 FPI 实验数据

对 EoS 参数进行标定时，应考虑剔除剪切增强效应和应变率效应。另外，并非所有的 FPI 实验数据都需

剔除剪切增强效应和应变率效应，当冲击压力远高于混凝土类材料的强度时，由于材料可视为无粘性可

压缩流体，此时可忽略剪切增强效应和应变率效应的影响。
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图 16    根据 FPI实验数据标定 EoS参数（EoS-FPI）

Fig. 16    Calibrated EoS parameters based on
FPI test data (EoS-FPI)
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为进一步研究剪切增强效应和应变率效应对混凝土类材料状态方程的影响，对基于 2 种 EoS（EoS-
HC 和 EoS-FPI）参数进行数值模拟得到的同种状态方程行为实验（HC 和 FPI 实验）预测结果进行比较，

如图 18 所示。可以看出，基于 2 种 EoS 参数得到的 HC 和 FPI 实验模拟结果均可按相同规律排列，即

EoS-FPI 模拟值＞EoS-HC 模拟值。此外，当压力较高时，基于 EoS-HC 得到的 FPI 实验模拟值被明显低

估，这可归因于 EoS-HC 压力范围有限（p≤0.73 MPa），从而引起状态方程的非物理外推（外推方式见

2.1.4节所述）。

基于上述对比分析可知，将有限压力范围状态方程外推至宽广压力范围的做法是不可取的，混凝土

类材料宽广压力范围状态方程的建立必须依据可靠的状态方程行为实验数据。然而，正如前文所述，由

于混凝土类材料存在应力球量与偏量的耦合作用以及实验加压装置的限制，现阶段建立爆炸冲击作用

下混凝土类材料宽广压力范围状态方程存在明显的悖论：一方面，建立宽广压力范围状态方程必须依赖

除静水压缩实验外的平板撞击实验，从而达到能覆盖爆炸冲击荷载作用下混凝土类材料所经历的宽广

压力范围的目的；另一方面，平板撞击实验中的剪切增强效应和应变率效应，使得建立的宽广压力范围

状态方程并不能准确表征爆炸冲击荷载作用下混凝土类材料复杂的力学行为。

 4    关于剪切增强和应变率耦合效应的讨论

由第 3 节可知，在利用 FPI 实验数据对 EoS 参数进行标定时，应剔除剪切增强和应变率效应。由于
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图 17    基于 EoS-FPI的水泥砂浆 2类状态方程行为实验数值模拟与实测结果对比

Fig. 17    Comparison of experimental data with numerical predictions using EoS-FPI
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混凝土类材料的等压屈服特性、剪胀特性和率

敏感特性[13-14]，平板撞击实验中的剪切增强效应

和应变率效应很难直接解耦，因此将两者统称为

剪切增强和应变率耦合效应。

对于剪切增强和应变率耦合效应，由图 19
中水泥砂浆 HC 实验得到的压力-体积应变关系

（p-μ 关系）与 FPI 实验得到的轴向应力-体积应

变关系（σx-μ 关系）的加载段对比可以看出：剪切

增强和应变率耦合效应对状态方程行为的影响

随体积应变的增大而逐渐增大，在 HC 实验达到

最大体积应变 0.18 时，由剪切增强和应变率耦

合效应引起的轴向应力增强（1.53 GPa）可达静水

压力（0.73 GPa）的 2.1 倍。此时，若以轴向应力

来标定状态方程参数（即引入赘余的剪切增强和应变率耦合效应），再叠加流体弹塑性模型中固有的剪

切增强效应（即 2.1.1 节中的强度面）和应变率效应（即 2.1.2 节中的应变率效应），这种重复考虑剪切增强

效应和应变率效应的做法必然会很大程度高估爆炸冲击荷载作用下混凝土类材料的抗力。对于如图 18(b)
所示的 FPI 实验数值模拟而言，这种因重复考虑剪切增强效应和应变率效应而引起的轴向应力高估

（12.6 GPa）可达实测轴向应力（6.25 GPa）的 2.0倍（此时体积应变 μ 为 0.282）。
对于单独量化剪切增强效应对混凝土类材料状态方程的影响，最直接且可靠的方式是通过在准静

态单轴受限压缩实验中布设特殊测量装置来实现[30,45]。遗憾的是，由于无法获取与表 1 中水泥砂浆配合

比和力学性能参数相近的水泥砂浆准静态单轴受限压缩实验数据，使得本文无法直接通过实验数据对

比来量化剪切增强效应对混凝土类材料状态方程的影响。在 2.4 节中已充分验证，在对各类材料参数详

细标定（见 2.1 节）的基础上，利用 Kong-Fang 模型和 SPG 算法可准确表征水泥砂浆包括剪切增强效应在

内的复杂力学行为。因此，特建立准静态一维应变压缩（quasi-static uniaxial strain compression, UX）数值

模型，从而模拟准静态单轴受限压缩实验，然后通过对比 1.1 节中 HC 实验数据，从而单独量化剪切增强

效应的影响。

UX 实验数值模型是在图 10(a)HC 实验数值模型的基础上，在水泥砂浆试件侧面和底面增加

2 mm 厚钢箍，钢箍采用刚体材料模型以约束试件径向变形，钢箍和试件之间采用自动面-面接触算法，然

后在试件自由面（顶面）以 10−4 s−1 的应变速率施加 26.8 mm 的位移（体积应变为 0.18）。需要强调的是，

UX 实验数值模拟时采用表 3 中 EoS-HC（HC 实验数据标定的 EoS 参数）作为状态方程的输入，以避免引

入赘余的剪切增强和应变率耦合效应，从而只量化剪切增强效应的影响。由图 19 中水泥砂浆 HC 实验

测得的压力-体积应变关系（p-μ 关系）与 UX 实验数值模拟得到的轴向应力-体积应变关系（σx-μ 关系）的

对比可以看出：剪切增强效应对状态方程行为的影响随体积应变的增大而逐渐增大，在 HC 实验达到最

大体积应变 0.18 时，由剪切增强效应引起的轴向应力增强（0.95 GPa）可达静水压力（0.73 GPa）的
1.3 倍。该值明显小于由剪切增强和应变率耦合效应引起的应力增强（可达静水压力的 2.1 倍），由此可

初步推断在剪切增强和应变率耦合效应中应变率效应的贡献高于剪切增强效应。

然而，如图 19 所示，由剪切增强和应变率耦合效应引起的应力增强（图 19 中红色双箭头虚线）减去

单独由剪切增强引起的应力增强（图 19 中蓝色双箭头虚线），并非完全是单独由应变率效应引起的应力

增强（为表述方便，在本文中称作单独由应变率效应引起的名义应力增强，如图 19 中黑色双箭头虚线所

示）。正如前文所述，由于混凝土类材料的等压屈服、剪胀和率敏感特性，混凝土类材料在准静态一维应

变压缩（UX 实验）下的剪切增强效应并不等同于其在动态一维应变压缩（FPI 实验）下的剪切增强效应。

对于材料在动态压缩条件下的剪切增强效应，部分学者提出一种测定材料在动态压缩条件下剪切增强

效应的方法（简称 AC 法[46-48]），通过对预冲击材料进行再加载或卸载使其到达上、下屈服面，从而获得材
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料在预冲击状态下的剪切增强效应。然而，该方法目前仅应用于金属材料[48]，对于混凝土类材的适用性

有待进一步验证。另外，直接单独量化应变率效应对混凝土类材料状态方程的影响也非常困难，这主要

是由于平板撞击实验中剪切增强效应和应变率效应无法解耦，且目前仍缺乏稳定可靠的三向冲击实验

设备[14]。

值得一提的是，Hao 等[49] 和 Li 等[50] 基于数值模拟和迭代方法（简称数值迭代），通过反复对比数值

模拟结果和实验数据对动态强度提高系数进行迭代修正，从而剔除了由惯性围压引起的伪应变率效应，

实现对混凝土材料真实应变率效应的有效识别。因此，可借鉴利用数值迭代策略修正应变率效应的思

路，结合本文建立且经验证的基于 Kong-Fang 模型和 SPG 算法的可描述混凝土类材料状态方程行为的

高精度数值模型，预期可实现将平板撞击实验中的剪切增强和应变率耦合效应从真实静水压力中剥离

（即剔除剪切增强效应和应变率效应的影响），从而建立爆炸冲击荷载作用下混凝土类材料高精度宽广

压力范围状态方程。对于该问题，将撰文另述。

 5    结　论

以混凝土类材料中的水泥砂浆为例，首先收集了系统完善的水泥砂浆静、动态力学性能实验数据，

在此基础上对 Kong-Fang 模型参数进行了详细标定，然后利用 LS-DYNA 中 SPG 算法对水泥砂浆静水压

缩实验和平板撞击实验进行了精细化数值模拟，定量分析了剪切增强效应和应变率效应对混凝土类材

料状态方程的影响，并对平板撞击实验中的剪切增强和应变率耦合效应进行了详细讨论，得到的主要结

论如下。

(1) 利用 Kong-Fang 模型和 SPG 算法可准确模拟混凝土类材料包括剪切增强和应变率效应在内的

复杂动态力学行为。

(2) 将有限压力范围状态方程外推至宽广压力范围的做法是不可取的，为实现爆炸冲击荷载作用下

混凝土类材料在高-中-低压下的动态力学行为的精细化模拟，必须依据可靠的状态方程行为实验数据建

立混凝土类材料宽广压力范围状态方程。

(3)为避免数值模拟过程中重复考虑剪切增强效应和应变率效应而高估爆炸冲击荷载作用下混凝土

类材料的抗力，在利用平板撞击实验数据标定状态方程参数时须剔除剪切增强和应变率耦合效应的影响。

(4) 现阶段建立混凝土类材料宽广压力范围状态方程存在明显的悖论，利用数值迭代策略剔除平板

撞击实验中剪切增强和应变率耦合效应的影响，可能是建立爆炸冲击荷载作用下混凝土类材料高精度

宽广压力范围状态方程的有效手段。
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