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摘要：为评估带壳装药产生的爆炸冲击波和高速破片联合作用的毁伤效应，针对泡沫铝子弹冲击预制圆

孔 Q235 钢板开展了数值模拟研究。采用实验结果验证数值计算的准确性，并系统分析靶板的动态变形、破

坏模式、孔周位移等力学响应；基于描述应力状态的应力三轴度与 Lode 参数，揭示预制圆孔引发靶板孔周撕

裂破坏的力学机理，厘清圆孔直径及板厚对结构抗毁伤性能的影响规律。研究结果表明：预制圆孔显著降低

了结构的抗毁伤性能：随着孔径增大或板厚减小，靶板的孔周位移上升，引发撕裂破坏的临界载荷相应下降。 
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Dynamic Response and Failure Mechanisms of Pre-holed Q235 Steel Plates Under 

Foam Projectile Impact 
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Abstract: To assess the structural damage caused by combined blast and fragment loading upon detonation of cased 

explosives, a numerical investigation is performed on pre-holed Q235 steel plates subjected to foam projectile impact. 

Validity of the numerical model is checked against experimental measurements. The validated model is then employed 

to investigate the dynamic response, deformation/failure modes and hole-edge deflection of the pre-holed plate. 

Physical mechanisms underlying tearing failure initiated around the pre-hole are interrogated using the stress triaxiality 

and Lode parameter. The influences of hole diameter and plate thickness on the impact resistance and failure 

mechanism are also quantified. Results show that the presence of a pre-formed hole significantly curtails the impact 

resistance of the steel plate: With increasing hole diameter or decreasing plate thickness, the hole-edge deflection of 

the steel plate grows, while the projectile momentum causing tearing failure drops. 

Keywords: pre-holed plate; dynamic response; failure mechanism; stress state; numerical simulation 

0 引言 

作为现代海战中士兵作战和物资存储的主要载

体，大型水面舰船遭遇鱼雷、导弹等反舰武器的攻

击会产生严重的结构毁伤与人员伤亡，瞬间影响战

场局势[1]。例如，2022 年俄乌战争中，“莫斯科”

号巡洋舰受到“海王星”反舰导弹打击后，弹药舱

爆炸、结构严重受损并引发次生火灾，随后失去稳

定性并在风浪中沉没。虽然俄乌双方对“莫斯科”
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号巡洋舰的殉爆沉没的真实原因各执一词[2]，但是

该事件无疑再次给世界各国海军敲响了警钟：除了

进一步提升舰船的作战攻击力，还需增强其对反舰

武器的防御能力，尤其是遭受敌方攻击后的战场生

存能力。在这一背景下，以美军为首的外军开展了

大量的基础和应用研究[3]。例如，2021 年，美国对

“福特”号航母开展了水下非接触式爆炸试验，旨

在测试船体结构对水下爆炸载荷的防护性能，检验

舰载设备和系统在遭受冲击后的运行状况[4-5]。目前，
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伴随着炸药种类的丰富和破坏威力的增大，如何进

一步改善防御措施，确保舰船在遭受外部打击时能

够继续执行任务并保持战斗力，同时保障作战人员

的生命安全，是一个具有迫切军事需求的研究热点
[6-7]。 

深入理解反舰武器的毁伤效应是设计与改进防

护措施的基础。鱼雷、导弹等反舰武器击中船体发

生爆炸后，主要产生爆炸冲击波、高速破片群等毁

伤元[1]。目前，水面舰船舱室主要由钢制薄板加筋结

构组成，而单一冲击波和高速破片对金属靶板的毁

伤机理各不相同，且实践证明两者同时作用会产生

更大的破坏威力[8]。有鉴于此，亟需开展爆炸冲击波

和高速破片联合毁伤效应及金属薄板失效机理研究。

在实验层面，研究该科学问题的手段可大致分为两

类： 

1) 改变爆炸物的种类，该方法将爆炸冲击波和

高速破片群毁伤元耦合研究。如：缩比带壳装药、

预置破片装药等。李茂等[9-10]将破片贴于炸药底部，

通过改变装药高度、装药密度、破片质量与破片面

积，调控冲击波强弱、破片初始动能以及两者抵达

靶板的时空顺序，并通过有限元分析了联合载荷作

用下的钢板变形失效过程。基于同样的实验手段，

侯海量等[11]研究了联合载荷对夹芯复合舱壁结构的

毁伤效应，探明了金属面板和抗弹复材的典型破坏

模式，并阐述了防护机理与设计方法。为揭示爆炸

波与破片的耦合作用机制，陈长海等[12]建立了两者

耦合作用区间的理论模型，通过实例验证模型预测

的准确性后，讨论了耦合区间随战斗部装填系数、

装药爆速、壳体厚度、能量分配、装药爆热、破片

质量及破片形状的变化规律。孔祥韶等[13]采用光滑

粒子法，对有端部封盖的带壳装药爆炸后外壳的自

然碎裂过程进行了数值模拟，探究了壳体产生的破

片空间分布及速度特性，厘清了破片尺寸的影响因

素，并将破片的速度分布与实验结果进行了对比验

证。 

2) 改变靶板的种类，以解耦分离爆炸冲击波和

高速破片群的毁伤效应。该方法建立于 Li 等[14]有关

到达时序的研究基础上，在带壳装药小爆距时，爆

炸冲击波较高速破片群先抵达，可使用预变形靶板

研究；在大爆距时相反，可使用预制孔靶板研究。

以预制孔靶板的方法为例，蒋建伟等[15]为了探明预

制孔尺寸及个数对预制孔靶板中心点挠度的影响，

建立了爆炸载荷下预制孔靶板的仿真模型，以无孔

板挠度计算公式和数值模拟为基础，通过拟合方法

获得了不同孔数、孔径情况下靶板中心点挠度的经

验公式，并实验验证了所建立公式的准确性。Zhang

等[16]基于有限元计算，研究了预制孔对封闭舱室内

爆炸载荷下固支方板变形过程的作用机制，准确预

测了靶板变形响应与裂纹扩展过程，梳理了冲击波

在舱室内的传播规律，并阐释了应力三轴度影响裂

纹扩展路径的力学机理。Granum 等[17]以十字形预制

孔铝板为研究对象，进行了激波管冲击实验和有限

元仿真，分析了预制孔板的位移、裂纹扩展和破坏

模式，通过改变预制孔的方向、数量以及靶板材料

特性（如：强度、延展性），查明了材料属性与孔形

貌对预制孔靶板抗爆性能的影响规律。类似地，

Aune 等[18]采用激波管加载的实验方法，研究了预制

孔钢板的防爆能力，通过改变脉冲载荷强度，观测

了塑性鼓包变形和沿对角线撕裂两种失效模式的演

化过程。基于六组不同载荷强度的激波管测试，

Elveli 等[19]研究了带有方形、十字形预制孔薄钢板

的变形和断裂过程，重点分析了材料属性（如：强

度、加工硬化、延展性）和预制孔特性（如：数量、

空间分布、形状）对抗爆性能的调控机制。 

综上，两种实验手段真实可行，但成本过高不

利于设计性实验的开展，无法有效观测冲击波与破

片的耦合作用及其对防护结构的联合毁伤过程，从

而限制了对联合毁伤机理的深刻刻画。 

为解决这一难题，Yu 等[14]受 Fleck[20]（即采用

闭孔泡沫铝弹丸冲击模拟爆炸冲击波载荷）研究结

果的启发，提出一种全新的实验手段，即：在泡沫

铝弹丸中预先置入破片，以此模拟冲击波和单个破

片的联合载荷，并将该复合弹丸用于击打靶板。实

验结果显示，这种加载技术可有效模拟冲击波与单

个破片冲击的联合作用。进一步结合高速摄影与动

态 DIC，开展了联合毁伤效应及机理的深入探索，

并通过改变破片弹丸的埋藏深度，实现了两种载荷

的不同耦合效应[14]。文献[21]进一步聚焦复合泡沫

铝弹丸中预置破片侵彻靶板的过程，采用基于细观

胞元的泡沫铝建模方法，阐明了冲击波引起的靶板

预变形对其抗侵彻性能的影响规律，研究结果表明：

预变形通过改变破片-靶板系统的能量耗散机制，提

升了靶板的抗侵彻能力。然而，上述研究仅考虑了

冲击波先于破片抵达靶板的工况，适合于模拟近场

带壳装药爆炸。针对远场带壳装药爆炸，文献[22]进

一步考虑了破片先于冲击波抵达靶板的工况，对比

分析了两种实验技术（即：复合泡沫子弹冲击无孔

靶板与单一泡沫子弹冲击预制孔靶板）的差异与机

理。研究结果显示，相较于后者，前者对靶板带来

更大的毁伤效应，虽然泡沫铝复合弹丸产生的压力

脉冲载荷提升了靶板的弹道极限速度，但破片冲击

会导致弹孔周边出现明显的局部剪切和拉伸变形，
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从而使得靶板在较低的冲击速度下出现撕裂破坏。 

目前，基于泡沫铝复合弹丸加载技术，仅针对

特定的破片与靶板开展了少量的实验和数值模拟研

究，联合载荷的毁伤效应与破片、靶板尺寸的相关

性仍不明晰。为此，本文以四边固支的 Q235 方板为

研究对象，将爆炸波和破片冲击的联合作用进行解

耦处理，即：在靶板中心预制圆形弹孔，利用单一

泡沫铝弹丸对其进行撞击，然后采用有限元软件对

该工况进行数值模拟，系统分析靶板的动态变形、

破坏模式、抗毁伤能力等力学响应，重点阐释孔径、

板厚对靶板抗毁伤性能及力学机理的影响机制。 

1 预制孔靶板有限元模型 

1.1 模型描述 

基于商业有限元软件 Abaqus/Explicit，建立闭

孔泡沫铝弹丸冲击预制圆孔 Q235 钢板的 1/2 对称

数值计算模型，如图 1 所示，图中， fv 为泡沫铝弹

丸初始速度、 fL 和 fD 分别为泡沫铝弹丸的长度和直

径、 pL 和 ph 分别为预制孔靶板的长度和厚度； fd 为

泡沫铝弹丸和靶板的预制圆孔直径。参考 Yu 等[22]

对网格参数的研究，采用八节点三维六面体单元

（C3D8R）对弹丸和靶板进行分区网格划分。对于

四周固支的靶板，在其中心区域内（约 3 倍圆孔直

径）施加局部精细网格，单元尺寸为 0.2 mm；在中

心区域外施加梯度网格，单元尺寸由中心至边界依

次为 0.2 ~ 2.0 mm。对于弹丸，采用全局网格划分策

略，单元尺寸为 1 mm。如图 1 所示，以圆孔直径为

10.8 mm、靶板厚度为 1 mm 的有限元模型为例，其

单元总数 356320，节点总数 415198。 

 

图 1 有限元计算模型 

Fig. 1 FE simulation model 

通过对弹丸施加不同的初速度，改变其作用于

靶板的脉冲载荷大小，在二者之间添加 General 

contact 接触设置。由于该模型存在单元删减情况，

采用两个部件的所有单元作为 General contact 的接

触对象，以确保内部单元的相互接触，提升计算的

可靠性。为提升计算效率，在弹丸与靶板的对称面

上施加 Symmetry 约束。为实现靶板的四边固支工

况，约束其在边界处的所有平动与转动自由度。 

1.2 材料模型 

采用 Deshpande-Fleck（DF）模型刻画闭孔泡沫

铝弹丸的力学行为。DF 模型假设泡沫铝具有各向同

性的屈服面，即 

 eq 0Y    (1) 

式中：
eq 为等效应力，可写成与von Mises应力

vm 、

平均应力
m 相关的表达式： 

 2 2 2 2

eq vm m2

1

1 ( / 3)
   


   

 (2) 

式中： 为屈服面形状参数；Y 为屈服应力。此外，

泡沫铝的塑性泊松比 p 与参数 直接相关，可写为 

 
2

p 2

(1/ 2) ( / 3)

1 ( / 3)










 (3) 

当前模型设定泡沫铝的密度 f 为 390 kg/m3，弹

性模量 fE 为 1 GPa，弹性泊松比 e 为 0，塑性泊松

比 p 为 0，由此可推算出 约为 2.12。基于 Fleck 课

题组及 Yu 等有关泡沫铝动态力学行为的前期研究

结果，本文假设泡沫铝的应变率效应可忽略不计，

其准静态压缩应力-应变曲线[22]如图 2 所示。 

 

 

图 2 闭孔泡沫铝准静态压缩应力-应变曲线[22] 

Fig. 2 Quasi-static compressive true stress versus true strain 

curve of aluminum foam with closed cells[22] 

 

针对 Q235 钢，采用考虑金属材料应变硬化、应

变率强化及温度软化效应的 Johnson-Cook（简称 JC）

模型对刻画其力学行为。JC 模型假设金属材料满足
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J2 流动准则，其等效应力可写为 

    pl r
eq pl pl pl

0 m r

, , 1 ln 1

m

n T T
T A B C

T T


   



     
        

        

  (4) 

式中，A、B、n、C 和 m 为模型参数， eq 为等效应

力， pl 、 pl 分别为等效塑性应变与应变率， 0 为参

考应变率， rT 为室内环境温度， mT 为熔化温度。 

采用等效塑性应变断裂准则描述 Q235 钢的断

裂失效行为。该准则定义材料单元的损伤参数为 

 
p

f

Δ
D




   (5) 

式中： pΔ 为每个计算增量步中累积的等效塑性应

变； f 为断裂起始要求的等效塑性应变；D 累积至

1 时，该单元被删减。表 1 给出 Q235 钢的塑性与断

裂模型参数。 

 

表 1 Q235 钢的材料模型系数[23] 

Table 1 Material model coefficients of Q235 steel[23] 

参数 数值 

ρp/(kg·m-3) 7800 

E/GPa 200 

A/MPa 235 

B/MPa 275 

n 0.36 

C 0.022 

m 1.03 

0 /s-1 1 

mT /K 1673 

rT /K 293 

 0.3 

 f  1 

 

2 有限元模型验证 

为验证所建立有限元模型的准确性，对 Yu 等[22]

开展的泡沫铝弹丸冲击实验进行仿真复现及对比分

析。有限元模型设置详见第 1 节，关键几何参数如

下：圆孔直径 df = 7.62 mm，弹丸长度 Lf = 85 mm，

弹丸直径 Df = 57 mm，靶板长度 Lp = 180 mm，靶板

厚度 hp = 2 mm。分别取泡沫铝弹丸的初始速度 v0为

164 m/s、210 m/s、257 m/s、342 m/s、363 m/s 与 388 

m/s，对应的单位面积动量 I0( 0 f f 0I L v )为 5.4 kPa·s、

6.9 kPa·s、8.5 kPa·s、11.3 kPa·s、12.0 kPa·s 与 12.8 

kPa·s。以靶板孔周位移作为量化指标，实验与数值

结果如表 2 所示。对比发现，本文建立的有限元模

型可有效预测泡沫铝弹丸冲击下预制圆孔靶板的最

终变形，数值与实验结果之间的最大误差仅为 6.5%。

进一步，以子弹动量 I0 = 12.8 kPa·s 为例，实验与仿

真得到的失效模式如图 3 等效塑性应变（PEEQ）云

图所示。结果表明，数值仿真可准确捕捉圆孔周边

出现的径向裂纹，裂纹长度与扩孔直径分别为 5.63 

mm 与 21.07 mm，与实验获得的 5.77 mm 与 21.85 

mm 高度吻合，误差仅为 2.4%和 3.7%。 

表 2 仿真和实验结果对比 

Table 2 Comparison between numerical and experimental 

results 

编
号 

子弹密度

/(kg·m-3) 

速度
/(m·s-1) 

单位面积动
量/(kPa·s) 

孔周位移/mm 

实验
结果 

仿真
结果 

误
差
/% 

1 392 164 5.4 15.8 16.9 6.5 

2 385 210 6.9 21.0 22.0 4.5 

3 385 257 8.5 27.3 27.8 1.7 

4 387 342 11.3 38.2 39.3 2.7 

5 389 363 12 40.9 42.4 3.5 

6 390 388 12.8 45.0 46.2 2.5 
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图 3 泡沫铝弹丸动量 I0 = 12.8 kPa·s 下，实验与数值得到的

预制圆孔 Q235 钢板失效模式对比 

Fig. 3 Comparison between experimentally observed and 

numerically predicted failure modes of pre-holed Q235 steel 

target plate, with projectile momentum fixed at I0 = 12.8 kPa·s 

 

随后，进行沿 x 轴截面线位移实验与数值模拟

对比，结果如图 4 所示。对比发现，可见仿真结果

与实验结果中在同一动量冲击下的挠度曲线基本是

吻合的，特别是仿真模拟能很好地还原出靶板截面

曲线的凹凸走势。 

 

 

图 4 靶板中心截面位移实验与仿真结果对比 

Fig. 4 Comparison between experimentally and numerically 

predicted central cross-sectional deflections 

综上，所建立的有限元模型具有优异的保真度，

可应用于本文的后续研究。 

3 动态响应及失效机理结果与讨论 

3.1 结构冲击响应 

以工况 df / Lp = 0.04、hp / Lp = 0.0055 及 I0 = 6.63 

kPa·s 为例，本节详细分析预制圆孔靶板的冲击响应

行为。如图 5 所示，靶板的动态变形响应可大致分

为两个阶段：1）0.62 ms 前，泡沫铝弹丸撞击靶板

后，其初始动量转化为靶板承受的冲量，致使后者

获得初速度，靶板在横向弯曲与膜力拉伸的共同作

用下不断变形，直至实现最大位移，子弹速度降为

0；2）0.62 ms 后，子弹开始具有反向速度，靶板自

最大位移处回弹，且在平衡位置处发生弹性振荡，

逐渐达到最终位移。在第 1 阶段，弹丸与靶板的接

触力时程曲线如图 6 所示：接触力迅速达到峰值，

随后快速衰减，维持一段平台期后历经二次衰减，

直至二者分离。对接触力曲线积分可得冲量传递曲

线：靶板承受的冲量随时间线性增长，由力-时间曲

线积分得到最大单位面积冲量约为 6.53 kPa·s，近似

等于泡沫铝经典理论[20]计算的初始单位面积动量

0 f f f 6.63 kPa sL vI M     ，表明本文通过调控弹

丸的动量改变脉冲载荷大小的方法是准确可靠的。

针对后两个阶段，靶板的孔周位移时程曲线绘制于

图 7，其中的位移测量点标注于图 5。可见，孔周位

移随时间推移不断增加，达到最大位移后，开始小

幅度回弹，并在平衡位置处发生轻微振荡。参考

Wang 等[24]的工作，对弹性振荡阶段中 3 个周期内

的波峰与波谷值取平均后得到的孔周最终位移约为

36.32 mm。 
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图 5 靶板动态变形响应过程 

Fig. 5 Deformation process of pre-holed Q235 steel plate 

 

图 6 弹丸-靶板接触力及冲量传递时程曲线 

Fig. 6 Contact force and transmitted momentum histories of pre-

holed Q235 steel plate 

 

图 7 孔周位移时程曲线 

Fig. 7 Hole-edge deformation history of pre-holed Q235 steel 

plate 

3.2 变形失效机理 

基于描述材料应力状态的两个基本力学参数：

应力三轴度 与 Lode 参数 ，进一步揭示靶板的

变形失效机理。应力三轴度 和 Lode 参数 分别

表示为 

 m 2
ctan

3


 


   (6) 

 1 3

3/2

2

2 3 3
1 cos

2

J

J





 

    
 

 (7) 

式中， 1m 3I  为平均应力， 23J  为 von Mises

应力， 1I 、 2J 、 3J 分别为应力张量 的第一不变量

与应力偏张量 s的第二、三不变量。如图 8 所示，主

应力空间的所有应力状态（或加载条件）均可由这

两个基本力学参数的集合  ,    描述[25-26]。 

 

 

图 8 典型应力状态 

Fig. 8 Typical stress state regimes 

 

以 df / Lp = 0.04，hp / Lp = 0.0055 的工况为例，

靶板的孔周位移随弹丸动量的变化规律如图 9 所

示。由图 9 可见，随着弹丸动量的增加，孔周位移

随之上升，呈近似线性关系；弹丸动量小于 8.2 

kPa·s 时，靶板的失效模式是塑性扩孔（Mode I），

呈现出预制孔直径扩张的特征；与此相反，弹丸动

量达到临界动量 8.2 kPa·s 时，靶板的失效模型转

变为孔周撕裂（Mode II），呈现出预制孔周边径向

起裂的特征。需要强调的是，本文采用临界动量定

量评估靶板的抗毁伤性能。 
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图 9 靶板的孔周位移随子弹动量的变化关系 

Fig. 9 Hole-edge deformation versus projectile momentum 

curve 

 

首先，针对 Mode I - 塑性扩孔，以子弹动量 I0 

= 6.63 kPa·s 为例，分析靶板的变形响应。图 10 分

别展示靶板在 t 为 0.25 ms 与 1.00 ms 时的等效塑

性应变云图。泡沫铝弹丸撞击靶板后，依照弹丸截

面轮廓在靶板中央形成一圈塑性铰，此时的靶板变

形集中于冲击加载区域；随着加载时间的推移，塑

性铰不断向固支边界移动，致使靶板产生弯矩与膜

力耦合作用的横向形变，整体变形幅度不断扩大，

孔周的等效塑性应变相应增大。如图 10(b)所示，t = 

1 ms 时刻，从孔周塑性应变最大处沿板厚方向，选

取 5 个代表性单元进行应力状态分析，代表性单元

出现的位置是左下角孔周，其圆心连线与竖直方向

相距 20.2°的位置。图 11 展示这些代表性单元的应

力三轴度与 Lode 参数的演变历史。结果显示，应力

三轴度与 Lode 参数随塑性应变的累积稍有变化，但

基本稳定在一个区间内，前者维持在 0.30 ~ 0.35，

后者维持在 0.93 ~ 1.00。严谨起见，采用路径平均

的应力三轴度与 Lode 参数定量评估主导应力状态，

即： 

  
f

avg
0

f

1
d



   


   (8) 

  
f

avg
0

f

1
d



  


   (9) 

式中， avg 为平均应力三轴度， avg 为平均 Lode 参

数， f 为最大等效塑性应变。如图 12 所示，代表性

单元的平均应力三轴度约为 0.35，平均 Lode 参数约

为 0.95，结合图 8 可推断：圆孔周边承受的近平面

应力单轴拉伸是 Mode I 塑性扩孔产生的主要力学

机理。 

 

 

图 10 预制圆孔靶板的等效塑性应变云图 

Fig. 10 Equivalent plastic strain contours of pre-holed plate 
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图 11 应力三轴度和 Lode 参数的演变历史 

Fig. 11 The change of stress triaxiality and Lode 

parameter 

图 12 代表性单元的平均应力三轴度与 Lode 参数 

Fig. 12 Average stress triaxialities and Lode parameters of 

representative elements 

其次，针对 Mode II - 孔周撕裂，以子弹动量 I0 

= 9.94 kPa·s 为例分析其力学机理。图 13 分别展示

靶板在 t 为 0.25ms 与 1.00 ms 时刻的等效塑性应变

云图。泡沫铝弹丸撞击靶板后，整体变形幅度不断

扩大，等效塑性应变达到断裂应变前变形过程与

Mode I 一致，孔周的等效塑性应变达到断裂应变后

出现径向裂纹，后沿靶板对角线方向不断扩展，呈

“花瓣”形态。如图 13(a)所示，t = 0.25 ms 时刻，

从孔周塑性应变最大处沿板厚方向，选取 5 个代表

性单元（断裂起始单元）进行应力状态分析，代表

性单元出现的位置是靶板左下角孔周，其圆心连线

与竖直方向相距 51.4°的位置。图 14 展示代表性单

元的应力三轴度与 Lode 参数的演变历史，表明二者

随塑性应变的累积稍有变化，前者维持在 0.3 ~ 0.4，

后者维持在 0.75 ~ 1。类似地，采用路径平均的应力

三轴度与 Lode 参数对失效机理进行定量评估，如图

15 所示。代表性单元的平均应力三轴度约为 0.36，

平均 Lode 参数约为 0.97，由此可推断：圆孔周边承

受的近平面应力单轴拉伸也是 Mode II 孔周撕裂产

生的主要力学机理。 

 

图 13 预制圆孔靶板的等效塑性应变云图 

Fig. 13 Equivalent plastic strain contours of pre-holed plate 
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图 14 应力三轴度与 Lode 参数的演变历史 

Fig. 14 The change of stress triaxiality and Lode 

parameter 

 

图 15 代表性单元的平均应力三轴度与 Lode 参数 

Fig. 15 Average stress triaxialities and Lode parameters of 

representative elements 

 

3.3 关键因素讨论 

3.3.1 圆孔直径 

首先，研究了圆孔直径对靶板抗毁伤性能与失

效机理的影响规律。基于前文充分验证的有限元模

型（见图 1），计算并分析了 5 种不同圆孔直径的冲

击工况，以圆孔直径与靶板长度的比值 df / Lp 为无

量纲变量，将其分别设定为 0.02、0.04、0.06、0.08

与 0.10，靶板厚度固定为 1 mm，关键几何参数详见

表 3。 

表 3 不同圆孔直径有限元模型的关键几何参数 

Table 3 Key geometrical parameters of the pre-holed plates with 

various hole diameters 

编号 
Df 

/mm 

Lp 

/mm 

Lf 

/mm 
hp / Lp 

hp 

/mm 

df 

/mm 
df / Lp 

1 

57 180 85 0.0055 1 

3.6 0.02 

2 7.2 0.04 

3 10.8 0.06 

4 14.4 0.08 

5 18 0.1 

弹丸动量 I0 = 8.05 kPa·s 时，表 4 展示预制孔靶

板的变形失效模式随孔径的变化情况。结果显示，

同一脉冲载荷作用下，随着 df / Lp 的增大，靶板的

主导失效模式由 Mode I（塑性扩孔）转变为 Mode II

（孔周撕裂），径向裂纹沿靶板对角线方向产生并迅

速扩展，孔周位移相应增大。值得注意的是，当孔

径较大时（df / Lp = 0.1），弹丸会通过圆孔贯穿整个

靶板。图 16 为不同孔径下的破坏模式图。由图 16

可见，随着 df / Lp 的扩大，靶板产生撕裂的临界动

量相应下降，整体结构的抗毁伤能力减弱。 

表 4 不同孔径最终变形模式图 

Table 4 Failure modes of pre-holed plates with various hole 

diameters at t = 1 ms 

df / Lp 变形模式图 变形模式 

0.02  Model I 

0.04  Model I 

0.06  Model II 
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0.08  Model II 

0.10  Model II 

 

 

图 16 不同孔径靶板破坏模式图 

Fig.16 Failure map of pre-holed plates with various hole 

diameters 

为定量刻画圆孔直径对抗毁伤能力的影响，本

文采用 Chung Kim Yuen 等[27]提出的无量纲方法，无

量纲临界动量 cI 可以表达为 

 

2 2

f f f f f

c 2 2 0.5
pp p p

π
( )

4

2 ( )

v L D d

I
h L



 

 

  (10) 

式中： 0 f f fI v L 为单位面积动量； fD 为泡沫子弹

直径； fd 为预制圆孔直径； ph 为靶板厚度； pL 为靶

板长度； p 为靶板密度； p 为材料强度。如图 17 所

示，对 df / Lp 为 0.02 ~ 0.10 范围内的无量纲临界动

量 cI 与 df / Lp 的关系进行数学拟合： 

f
c

p

,4.76 12.6
d

I
L

  f

p

0.02 0.10
d

L
       (11) 

式(11)适用于泡沫子弹冲击金属固支靶板的工况。 

 

图 17 无量纲临界冲量与圆孔直径关系图 

Fig. 17 Non-dimensional critical momentum versus hole 

diameter curve 

同样地，为探明孔径对孔周撕裂机理的影响，

图 18 显示撕裂起始处代表性单元的平均应力三轴

度与 Lode 参数随 df / Lp 的变化规律。随着孔径的扩

大，平均应力三轴度与 Lode 参数变化不大，前者保

持在 0.3 ~ 0.4 之间，后者保持在 0.85 ~ 0.95 之间，

由此判断：导致孔周撕裂的力学机理为近平面应力

单轴拉伸作用。 

 

图 18 临界动量作用下不同孔径靶板代表性单元的平均应力

三轴度和 Lode 参数 

Fig. 18 Average stress triaxialities and Lode parameters of 

representative elements of pre-holed plates with various hole 

diameters at critical momentums 

3.3.2 靶板厚度 

探究靶板的厚度对其抗毁伤性能与失效机理的

影响规律，分析 5 种不同板厚的冲击工况，以板厚

与板长的比值 hp / Lp 为无量纲变量，将其分别设定

为 0.0028、0.0041、0.0055、0.0069 与 0.0083，孔径
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固定为 7.2 mm，相关几何参数见表 5。 

表 5 不同靶板厚度有限元模型的关键几何参数 

Table 5 Key geometrical parameters of pre-holed plates with 

various plate thicknesses 

编号 
Df 

/mm 

Lp 

/mm 

Lf 

/mm 
df / Lp 

df 

/mm 

hp 

/mm 
hp / Lp 

1 

57 180 85 0.04 7.2 

0.5 0.0028 

2 0.75 0.0041 

3 1 0.0055 

4 1.25 0.0069 

5 1.5 0.0083 

弹丸动量 I0 = 8.05 kPa·s 时，预制孔靶板的失效

模式随板厚的变化情况如表 6 所示。同一脉冲载荷

作用下，随着 hp / Lp 的增大，主导失效模式由 Mode 

II 转变为 Mode I，孔周位移不断减小，径向裂纹的

产生与扩展得到有效抑制。值得注意的是，靶板厚

度较小时（hp / Lp = 0.0028），弹丸会通过圆孔贯穿

整个靶板。图 19 绘制了不同板厚下的破坏模式图，

由图可见，随着 hp / Lp的扩大，靶板产生撕裂的临

界动量相应上升，整体结构的抗毁伤能力增强。 

表 6 不同厚度靶板最终变形模式图 

Table 6 Failure modes of pre-holed plates with various plate 

thicknesses at t = 1 ms 

hp / Lp 变形模式图 变形模式 

0.0028  Model II 

0.0041  Model II 

0.0055  Model I 

0.0069  Model I 

0.0083  Model I 

 

 

图 19 不同靶板厚度破坏模式图 

Fig. 19 Failure map of pre-holed plates with various plate 

thicknesses 

同上，为定量刻画靶板厚度对抗毁伤能力的影

响，如图 20 所示，对 hp / Lp 为 0.0028 ~ 0.0083 范

围内的无量纲临界动量 cI 与 hp / Lp 的关系进行数学

拟合:  
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2

p p

c

p p

19.26 4146.93 257702.47 ,
h h

I
L L

 
     

 

 
p

p

0.0028 0.0083
h

L
   (12) 

式(12)适用于泡沫子弹冲击金属固支靶板的工况。 

 

图 20 无量纲临界冲量与靶板厚度关系 

Fig. 20 Non-dimensional critical momentum versus plate 

thickness curve 

此外，为厘清板厚对孔周撕裂机理的影响，图

21 展示撕裂起始处平均应力三轴度与 Lode 参数随

hp / Lp 的变化规律。随着板厚的增加，平均应力三轴

度与 Lode 参数分别保持在 0.3 ~ 0.4 之间和 0.80 ~ 

0.95 之间，故近平面应力单轴拉伸也是孔周径向裂

纹产生与扩展的主因。 

 

图 21 临界动量作用下不同厚度靶板代表性单元的平均应力

三轴度和 Lode 参数  

Fig. 21 Average stress triaxialities and Lode parameters of 

representative elements of pre-holed plates with various plate 

thicknesses at critical momentums 

 

 

4 结论 

针对高速破片先于冲击波抵达结构的载荷工况，

本文将单个破片冲击简化为施加于靶板中央的预制

孔，建立泡沫子弹冲击预制圆孔 Q235 钢板的有限

元计算模型，分析了结构动态响应、破坏模式机理

与临界撕裂载荷等关键结果，重点讨论了圆孔直径

和靶板厚度对结构抗毁伤性能与机理的影响规律。

得出主要结论如下： 

1) 通过对比既有实验数据和当前仿真结果，

确定所建立的有限元模型具有高保真度，可准确预

测泡沫铝弹丸冲击下预制孔钢板的孔周位移与径向

裂纹长度。 

2) 预制孔靶板的主导失效模式与弹丸动量相

关，随着弹丸动量增加，依次出现 Mode I - 塑性扩

孔与 Mode II - 孔周撕裂，结合应力状态参数的演变

历史，其力学机理均为孔周的近平面应力单轴拉伸

变形。 

3) 预制孔的存在显著降低了靶板的抗毁伤性

能。随着圆孔直径增大或靶板厚度减小，靶板的孔

周位移上升，引发径向撕裂的临界动量下降，无量

纲临界动量与圆孔直径、靶板厚度的关系分别可用

式(11)和式(12)定量刻画。 
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