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摘  要：为系统表征 30CrMnSiNi2A 高强钢在不同应力状态、应变率和温度条件下的动力学行为，并研究其在平

头弹冲击下的抗侵彻性能与失效特征，开展了准静态、动态、高温力学性能实验及弹道冲击实验，建立了相应的塑性

-断裂材料模型及有限元分析方法。采用 Ludwik 与 Voce 硬化准则线性组合的修正 Johnson-Cook(MJC)塑性模型描述材

料的应变硬化、应变率效应和温度效应，采用同时考虑应力三轴度、Lode 参数以及应变率和温度影响的扩展 Xue-

Wierzbicki(XW)断裂准则表征材料的韧性断裂行为。通过光滑圆棒、缺口圆棒、平板剪切和平面应变等准静态实验，

以及应变率为 1063.8～4753.8 s⁻¹的分离式霍普金森压杆动态压缩实验、应变率为 25~1000 s⁻¹的高速拉伸实验和

200~800 ℃高温拉伸实验，结合有限元反演完成材料模型参数的系统标定。结果表明，30CrMnSiNi2A 高强钢具有显

著的应变率强化和高温软化特征：应变率由准静态提高至 4547.8 s⁻¹时，屈服强度由 1095.6 MPa 提高至 1497.0 MPa，

而温度达到 600 ℃及以上时材料强度明显下降；其韧性断裂具有显著的应力状态和 Lode 相关性，剪切和平面应变状

态下的断裂应变较单轴拉伸状态分别降低 35.8%和 63.9%。采用名义直径 6 mm 平头弹对 4 mm 厚 30CrMnSiNi2A 钢靶

开展 13 组弹道冲击实验，冲击速度为 196.2~413.9 m/s，基于 Lambert-Jonas 模型拟合得到弹道极限为 209.9 m/s，靶板

的主导失效模式为剪切冲塞。基于标定后的材料模型建立 ABAQUS 轴对称有限元模型，结果表明弹道极限预测对局

部单元尺寸具有显著敏感性；局部单元尺寸为 75 μm 和 50 μm 时，预测弹道极限分别为 213.7 和 205.0 m/s，与实验拟

合值的误差分别为 1.8%和−2.4%，且模拟得到的主导失效模式与实验结果一致。研究结果表明，系统标定的 MJC 塑

性模型与扩展 XW 断裂准则能够较好表征 30CrMnSiNi2A 高强钢的动态塑性和应力状态相关断裂行为，并可在合理控

制局部单元尺寸的条件下预测平头弹冲击下靶板的弹道极限与剪切冲塞失效。
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Abstract: To systematically characterize the dynamic mechanical behavior of 30CrMnSiNi2A ultra-high-strength steel under 

different stress states, strain rates, and temperatures, and to evaluate its ballistic resistance and failure characteristics under flat-

nosed projectile impact, a comprehensive experimental and numerical investigation was conducted. A modified Johnson-Cook 

(MJC) plasticity model was employed to describe the plastic response, in which the strain-hardening term was represented by a 

linear combination of the Ludwik and Voce laws, together with strain-rate hardening and temperature-softening terms. An 

extended Xue-Wierzbicki (XW) fracture criterion incorporating stress triaxiality, the normalized third invariant of the deviatoric 

stress tensor (Lode parameter), strain rate, and temperature was adopted to characterize ductile fracture. The material parameters 

were calibrated using a combined experimental and finite-element-based identification procedure. Quasi-static tests on smooth 

round-bar, notched round-bar, flat shear, and plane-strain specimens were performed to cover different stress states. Split 

Hopkinson pressure bar compression tests at strain rates of 1063.8~4753.8 s⁻¹, high-rate tensile tests at 25~1000 s⁻¹, and elevated-

temperature tensile tests from 200 to 800 °C were further conducted to characterize strain-rate and temperature effects. Digital 

image correlation was used to measure local deformation and strain fields in the shear, plane-strain, and high-rate tensile 

specimens. The quasi-static hardening parameters were determined from the smooth round-bar tensile response, with one 

weighting parameter identified through inverse optimization by coupling Isight with ABAQUS. The strain-rate and thermal-

softening parameters were calibrated from the measured yield stresses at different strain rates and temperatures. For fracture 

calibration, finite element simulations of the smooth and notched round-bar, shear, and plane-strain tests were used to extract the 

histories of equivalent plastic strain, stress triaxiality, and Lode parameter at the fracture location, from which the stress-state-

dependent fracture locus was established. The strain-rate- and temperature-dependent fracture parameters were subsequently 

determined from the high-rate and elevated-temperature tensile tests. Ballistic resistance was evaluated through 13 impact tests 

using nominally 6-mm-diameter flat-nosed projectiles against 4-mm-thick steel targets at impact velocities of 196.2~413.9 m/s. 

The ballistic limit was obtained by fitting the initial–residual velocity data using the Lambert-Jonas relationship. Axisymmetric 

finite element simulations were finally performed in ABAQUS to evaluate the predictive capability of the calibrated material 

model and to quantify the influence of local element size. The results show pronounced strain-rate strengthening and thermal 

softening of 30CrMnSiNi2A steel. As the strain rate increased from the quasi-static regime to 4547.8 s⁻¹, the yield strength 

increased from 1095.6 to 1497.0 MPa, whereas a marked loss of strength occurred at temperatures of 600 °C and above. The 

ductile fracture response exhibited a pronounced dependence on stress state and the Lode parameter. Relative to uniaxial tension, 

the fracture strains under shear and plane-strain tension decreased by 35.8% and 63.9%, respectively. The Lambert-Jonas fit to 

the ballistic-test data yielded a ballistic limit of 209.9 m/s, and shear plugging was identified as the dominant target failure mode. 

The numerical ballistic limit showed significant mesh-size dependence: local element sizes of 75 and 50 μm resulted in predicted 

ballistic limits of 213.7 and 205.0 m/s, corresponding to deviations of +1.8% and −2.4% from the experimental fit, respectively. 

The dominant shear-plugging failure mode was also reproduced numerically. The results demonstrate that the systematically 

calibrated MJC plasticity model combined with the extended XW fracture criterion provides an effective description of the 

dynamic plasticity and stress-state-dependent ductile fracture of 30CrMnSiNi2A steel. With an appropriately refined local mesh, 

the modeling framework can reasonably predict the ballistic limit and dominant shear-plugging failure of thin 30CrMnSiNi2A 

steel targets subjected to flat-nosed projectile impact.

Keywords: Constitutive model; Fracture criterion; Penetration resistance performance; Stress state; Lode parameter

30CrMnSiNi2A 钢是一种综合性能良好的低合金高强钢，经适当热处理可获得较高的强度以及良

好的韧性和抗冲击性能，广泛用于飞机起落架、机翼大梁、发动机壳体、战斗部壳体等关键承载构
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件[1-4]。上述构件在服役过程中可能承受撞击、爆炸和高速侵彻等瞬态载荷，局部材料往往同时经历

高应变率、大塑性变形、显著温升和快速变化的复杂应力状态。在此条件下，材料的流动应力和断

裂延性不仅需要考虑塑性应变，还应计及应变率、温度及应力状态等因素的共同影响。因此，系统

表征 30CrMnSiNi2A 钢在复杂载荷条件下的塑性与断裂行为，是评价相关结构动态承载能力和抗侵彻

性能的基础。

围绕 30CrMnSiNi2A 钢的组织和力学性能，已有研究首先关注了热处理制度及应变率对材料性能

的影响。刘宪民等[1]研究发现，该钢经 890~900 ℃油淬和 260~300 ℃回火后可获得较好的强韧性匹配，

而在 350~550 ℃回火时存在明显的回火脆性。薛智等[2]、武海军等[3]以及周义清和张治民[4]采用分离

式霍普金森压杆开展了不同热处理状态下的动态压缩试验，结果总体表明，该钢的屈服强度具有一

定的应变率敏感性，并据此标定了相应的 Johnson-Cook 本构参数。Niu 等[5]进一步在 30~700 ℃和高

应变率条件下研究了材料的动态压缩行为，发现其流动应力随温度升高明显降低。李磊等[6]从材料硬

度角度分析了动态本构和损伤参数的变化规律，指出硬度升高会导致材料塑性下降、脆性增强，并

对动态本构和断裂参数产生显著影响。闫华东等[7]在 25~800 ℃和 0.0005~10000 s-1范围内研究了材料

的静、动态压缩行为，进一步揭示了其明显的温度软化特征。这些研究为认识 30CrMnSiNi2A 钢的热

处理响应、应变率效应和温度效应提供了重要基础，但多数工作以单轴压缩为主要载荷路径，对复

杂应力状态下流动与断裂行为的统一描述仍显不足。

在动态剪切和断裂方面，余万千等[8]通过光滑圆棒、缺口圆棒、缺口平板和圆柱压缩试验，获得

了应力三轴度约为−1/3~1.5 范围内的断裂数据，发现 30CrMnSiNi2A 钢的断裂应变与应力状态密切相

关；在低应力三轴度区域，Bao-Wierzbicki 模型对试验结果的描述优于传统 Johnson-Cook 断裂模型。

Fan 等[9]采用Ⅱ型动态断裂试验研究了 30CrMnSiNi2A 钢的加载率效应，发现其Ⅱ型动态断裂韧度随

加载率提高而增大，失效模式随加载率增加逐渐由拉伸断裂向绝热剪切断裂转变。Xiao 等[10]采用平

帽形试样研究了 30CrMnSiNi2A 钢在压缩—剪切应力状态下的动态剪切变形与断裂行为。试验采用分

离式霍普金森压杆加载，并结合超高速摄影、数字图像相关分析和显微组织观察获取剪切局部化及

裂纹萌生信息。Li 等[11]进一步考察了不同硬度、温度和应变率条件下的动态剪切行为及绝热剪切带

微观演化。上述研究拓展了对 30CrMnSiNi2A 钢动态剪切失效机理的认识，但其研究重点主要集中于

动态剪切响应、裂纹尖端失效模式或绝热剪切带演化，尚未形成同时覆盖轴对称拉伸、剪切和平面

应变等典型应力状态，并兼顾应变率与温度效应的统一断裂轨迹。

韧性断裂是孔洞形核、长大和聚合等微观损伤过程在宏观尺度上的综合表现，其演化过程受应

力三轴度和第三偏应力不变量共同控制。以应力三轴度为主要应力状态变量的断裂准则能够较好地

描述轴对称拉伸条件下的断裂行为，但难以区分相同应力三轴度、不同 Lode 参数所对应的剪切、平

面应变和轴对称载荷状态[12-14]。Coppola 等[15]、Papasidero 等[16]、Dunand 和 Mohr[17]以及 Šebek 等[18]

的研究表明，Lode 参数会对金属材料的塑性局部化和断裂应变产生显著影响，尤其是在低应力三轴

度区域，仅采用应力三轴度表征断裂延性可产生明显误差。Xue 和 Wierzbicki[14]建立的断裂模型同时

引入压力敏感性和 Lode 相关性，为描述复杂应力状态下的韧性断裂提供了有效途径。对于

30CrMnSiNi2A 钢，现有研究已揭示应力三轴度的重要影响，但 Lode 参数对其断裂延性的作用规律

以及该作用在弹道冲击条件下的实际影响，仍需要通过更完整的试验和数值分析加以确定。

平头弹撞击金属靶板时，弹体边缘附近的靶板材料通常发生高度局部化的剪切变形，并可能以

剪切冲塞方式失效。在这一过程中，材料同时经历大塑性应变、高应变率、近绝热温升及复杂应力

状态，使弹道极限和失效过程对材料本构关系、断裂准则及数值离散方式较为敏感。近年来，为了

更精准地描述金属材料在极端冲击载荷下的动态力学行为，学者们对经典本构模型及断裂准则进行

了广泛的拓展与应用。例如，针对高应变率与高温耦合作用下的绝热温升与软化效应，郭宇阳等[19]

提出了一种引入温度-应变率耦合修正项的改进型 Johnson-Cook 本构关系；彭建等[20]系统标定了金属
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材料在宽温域及宽应变率下的 J-C 本构模型和失效准则参数，并成功应用于高速气炮冲击下靶板冲塞

失效与弹道极限的数值预测中。Kane 等[21]指出，采用局部损伤和单元删除方法模拟平头弹侵彻时，

剪切冲塞和弹道极限预测结果会受到单元尺寸的明显影响。针对 Lode 参数的作用，已有研究得出了

不完全一致的结论：对 2024-T351 铝合金靶板，引入 Lode 相关断裂准则可明显改善弹道极限和剪切

冲塞预测[22]；而对 Weldox 700 E 高强钢靶板，是否考虑 Lode 参数对弹道极限预测的影响相对有限
[23]。这表明，Lode 效应在弹道冲击模拟中的重要程度与材料断裂延性及具体弹靶构型有关。因此，

有必要针对 30CrMnSiNi2A 钢自身的断裂轨迹，评价 Lode 相关断裂准则对其弹道极限和失效行为的

预测表现，并同时分析计算结果的网格敏感性。

综上，现有研究已从热处理、应变率、温度、应力三轴度、动态剪切和Ⅱ型断裂等方面对

30CrMnSiNi2A 钢开展了较为广泛的研究，但仍缺乏同时覆盖复杂应力状态、宽应变率和宽温度范围

的成套塑性与断裂参数；其韧性断裂的 Lode 相关性，以及这种相关性在平头弹撞击和剪切冲塞过程

中的作用尚未得到充分研究。同时，该材料作为靶板时的弹道极限、失效模式及其数值预测中的网

格敏感性仍需要系统评价。

基于此，以经典 Johnson–Cook 模型[24,25]为基本框架，采用由 Ludwik 和 Voce 硬化关系[26,27]线性

组合的修正 Johnson–Cook 本构模型描述 30CrMnSiNi2A 钢的流动应力，并采用扩展 Xue–Wierzbicki
断裂准则[14]描述材料的断裂行为；该准则以应力三轴度和 Lode 参数(无量纲化应力偏张量第三不变

量)共同表征应力状态，并进一步引入应变率和温度修正项。通过光滑圆棒、缺口圆棒、平板剪切和

平面应变试样的准静态试验，分离式霍普金森压杆动态压缩试验、高速拉伸试验以及高温拉伸试验，

完成材料模型参数的系统标定。在此基础上，采用平头弹对 4 mm 厚 30CrMnSiNi2A 钢靶板开展弹道

冲击试验，获得初始—剩余速度关系和靶板失效特征；随后在 ABAQUS 中采用轴对称算法建立有限

元计算模型，评价标定后的材料模型对靶板弹道极限和失效行为的预测表现，并进一步分析局部单

元尺寸对计算结果的影响。

1 材料模型

1.1 修正 Johnson-Cook(MJC)本构模型

本构模型拟采用 Han 等[28]提出的 Modified Johnson-Cook(MJC)本构模型，该模型中的应变硬化项

由 Ludwik 准则[26]和 Voce 准则[27]线性组合而成，温度软化项则参考 Xiao 等[21]提出的修正形式。MJC
本构模型写为：

             (1)n * *m
eq eq eq eq{ ( ) (1- )[ (1- exp(- ))]}(1 ln )(1- )          A B A Q C pT

式中： 为等效应力； 为等效塑性应变； ， ， ， ， 和 为应变硬化项参数； 为应变eq eq A B n Q   C

率敏感系数；p 和 为温度软化项系数； 为无量纲应变率， ，其中 和 分别为当m *
eq

*
eq eq 0/     eq 0

前应变率和参考应变率； 为无量纲温度， ，其中 , 和 分别为材料当前、T 
0 r m r( ) ( )   T T T T T 0T rT mT

参考和熔点温度。

1.2 扩展 Xue-Wierzbicki 断裂准则

Xue和Wierzbicki[14]建立的XW断裂准则包含了应力三轴度和无量纲化应力偏张量第三不变量的影

响，为适应非线性高温和高应变率应用场景，参考原始Johnson-Cook断裂模型，将XW断裂准则扩展

为：

             (2)     5
5 82 2 4

1/ **
f 1 1 3 6 eq 71 1 ln 1           

CC CC C CC e C e C e C C T

式中： 为材料模型参数；应力三轴度 与无量纲化的应力偏张量第三不变量 定义为：1 8C C  
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                                            (3)1 2 3 3 1 2 3
3 3

eq eq eq

27 27,   
3 2 2

  
 

  
 

  
J s s s

式中： 、 与 为第一、第二和第三主应力； 、 和 分别为应力偏张量的三个主值； 为1 2 3 1s 2s 3s 3J

应力偏张量第三不变量。无量纲化应力偏张量第三不变量与 Lode 角 的关系为：

                                       (4) 21 cosa 


 

正因为如此，无量纲化应力偏张量第三不变量也可称为 Lode参数。另外，在高应变率过程中，

材料内部假定为绝热条件，温升 计算为：T

                                      (5)eq eq
P

  


  T d
C

式中： 为密度； 为比热容； 为泰勒-奎尼系数，取值为 0.9[29]。 pC 

2 材料力学性能实验及模型参数标定

2.1 材料与实验装置

选取 30CrMnSiNi2A 高强钢作为研究对象。试样经调质处理后用于力学性能测试，具体热处理制

度为：在 890 ℃下保温 30 min 进行奥氏体化处理，随后油淬；淬火后于 600 ℃进行 180 min 回火处理，

最后空冷至室温。材料化学成分见文献[10]，符合 GJB1951-1994 中 30CrMnSiNi2A 钢的要求。原始

材料为 80mm 直径的 30CrMnSiNi2A 钢棒，通过线切割得到不同直径的圆棒或者不同厚度的平板，

之后进行热处理，热处理后材料的硬度为 38 HRC。圆棒的轴向与平板的长度方向与原始棒材的轴向

一致。

为标定本构模型和断裂准则模型参数，开展了：(1) 光滑圆棒(Smooth Round bar, SRB)、缺口圆

棒(Notched Round bar, NRB)、平面应变(Plane-Strain, PE)试样的准静态常温拉伸实验，以及准静态常

温平板剪切(Shear)实验，该组实验记为实验 I；(2) 准静态不同高温条件下光滑圆棒试样的拉伸实验，

该组实验记为实验 II；(3) 常温条件下的霍普金森压杆实验与高速拉伸实验等，采用的试样分别为动

态压缩圆柱(Dynamic Compression Cylinder, DCC)与高应变率平板拉伸试样(High Rate Dog-bone, 
HRDB)，该组实验记为实验 III。试样的设计图纸如图 1 所示。

实验 I 与 II 在 100 kN 岛津万能材料试验机上开展，光滑圆棒、缺口圆棒拉伸实验中采用基恩士

的 KM-3000 测试最小直径的缩小量并于试验机输出的载荷同步；平面应变和平板剪切试样表面喷涂

了散斑，分别采用单台和双台工业相机拍摄试样表面的变形图像，最终利用数字图像相关(Digital 
Image Correlation, DIC)软件 MatchID 获取标距段的相对伸长量并计算得到标距区的变形与应变场，标

记点的位置和标距段的长度见图 1(d)与(e)。高温实验的温度范围为 200-800 ℃，通过工业相机采集图

像并利用 MatchID 软件获得 SRB 试样 40 mm 长平行段的伸长量。

实验 III 中的动态压缩实验利用直径 11.89 mm 的霍普金森压杆开展，杆件的材料为 C350；图

1(f)所示的高速拉伸平板试样通过 Instron 高速拉伸试验机加载，该设备的最大拉伸速度为 20 m/s，最

大载荷为 50 kN。高速拉伸实验的加载速度分别设置为 0.5、5.0、10.0 和 20.0 m/s，实验过程采用

Photron SA-Z 相机以 100000FPS 的帧率拍摄试样表面的变形，试验后通过 MatchID 软件获得标距区

的变形和应变场，通过 DIC 分析可以获得试样在断裂瞬间的表面应变。由于试样厚度有限（2 mm），

可假定应变沿厚度方向均匀分布，因此断裂时刻试样表面的应变即可近似认为是断裂应变。

另外，为了直观获得材料的弹性模量、屈服强度和硬化参数，还在岛津试验机上利用全自动引

伸计开展了 SRB 试样的拉伸实验，获得了载荷-伸长量数据。

针对不同实验条件，采用相应的 DIC 测试方案获取试样表面变形信息。对于 Shear 和 PE 试样，

在试样表面喷涂随机黑白散斑，分别采用单相机和双相机 DIC 系统采集变形图像，其中双相机系统
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用于获取 PE 试样局部区域的三维变形信息。对于高速拉伸实验，采用高速摄影结合 DIC 方法记录试

样断裂过程中的表面变形。所有 DIC 数据均采用 MatchID 软件进行后处理。对于 Shear、PE 和

HRDB 试样，平均散斑尺寸分别为 0.016 mm (4.9 pix)、0.12 mm (2.7 pix)和 0.40 mm (3.1 pix)，子区尺

寸、步长和应变窗口尺寸分别为(21，7，7 )、(21，7，5)与(15，5，5)。

(a) Smooth Round bar(SRB) (b) Notched Round bar 1(NRB)

(c) Notched Round bar 2, R=2 mm (NRB) (d) Shear

(e) Plane-Strain(PE) (f) High Rate Dog-bone(HRDB)

(g) Dynamic Compression Cylinder(DCC)

图 1 30CrMnSiNi2A 高强钢力学性能实验试样(单位: mm)

Fig.1 Mechanical property test specimens of 30CrMnSiNi2A high-strength steel (Unit: mm)

2.2 实验结果

图 2 给出了实验 I 的加载曲线，可见平行实验结果具有较好的一致性，但 R=2 和 3 mm 的 NRB
试样的个别结果与其他结果出现了一定的差别，这可能是因为材料本身存在一定的不均匀性或者热

处理条件不完全均匀。

限于篇幅，采用轴向引伸计的 SRB 试样的拉伸结果不再给出。

图 3 给出了一组剪切和平面应变实验过程中试样标距区的等效塑性应变分布图。该结果可为后

文数值模拟结果有效性的校验提供靶标。
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图 2 准静态常温力学性能实验的载荷-位移曲线

Fig.2 The load-displacement curves of mechanical tests under the quasi-static and room temperature condition

(a) Shear

(b) PE
图 3 剪切和平面应变试样加载过程中的等效塑性应变场
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Fig. 3 Equivalent plastic strain field during the loading process of the Shear and PE specimens

图 4(a)和(c)给出了 200~800 ℃条件下 SRB 试样拉伸实验的载荷-位移响应以及实验后得到的试样。

可见，材料在 600 和 800 ℃时的强度损失明显，延展性明显增强。
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(a) Load-displacement curve             (b) Yield strength and fracture Strain 
at different temperatures

(c) Specimens after tensile test

图 4 高温拉伸实验结果

Fig. 4 Experimental results of high-temperature tensile tests

图 5(a)给出了霍普金森压杆实验获得的不同应变率条件下材料的工程应力-工程应变曲线，该曲

线由一维应力波理论获得，相关计算公式见文献[30]。采用文献[31]提出双线性法确定各应变率下的

屈服强度，见表 1。
表 1 30CrMnSiNi2A 高强钢在不同应变率下的屈服强度

Table 1  The yield stress of 30CrMnSiNi2A high-strength steel at various strain rates

应变率 /s-1 4.17x10-4 1063.8 1241.3 3093.4 3114.3 3168.6 4753.8 4547.8 4740.0

屈服强度/MPa 1095.6 1333.9 1266.8 1421.0 1476.0 1394.4 1360.9 1497.0 1438.5
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图 5 霍普金森压杆实验结果

Fig. 5 The results of the Hopkinson pressure bar experiments
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=250 /s·

=500 /s· =1000 /s·

图 6 临近断裂时高速拉伸试样表面等效塑性应变分布

Fig. 6 The distribution of equivalent plastic strain on the surface of the high-speed tensile specimens 

at the moment of near fracture

图 6 展示了试样在部分典型应变率下高速拉伸至断裂前表面的等效应变分布，该分布基于断裂

发生前最后一帧高速摄像图像的数字图像相关(DIC)分析结果获得，在应变率依次为 25、250、500
和 1000 s-1时，该材料的平均断裂应变(平行实验断裂应变的平均值)分别为 0.313、0.317、0.318 和

0.32。可见在所研究的应变率下，材料的断裂应变对应变率的敏感性较弱。

2.3 材料模型参数标定

为准确获取 30CrMnSiNi2A 高强钢在复杂受载下的材料模型参数，采用实验测试与有限元数值模

拟相结合的方法进行了系统的参数标定（参数识别的方法学框架参考了文献[30]）。本构模型参数的

具体标定步骤如下：
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(1) 首先，基于准静态和常温条件下 SRB 单向拉伸实验结果，获取弹性模量与屈服强度，屈服强

度即为本构模型参数中的 A。
(2) 然后，基于上述结果中屈服至颈缩之间的真应力-真应变数据，拟合得到模型参数

B、n、Q、。 
(3) 建立准静态和常温条件下 SRB 单向拉伸实验的二维轴对称有限元模型，以模型参数 为优

化控制变量，生成相应的硬化模型，使数值模拟预报的载荷-位移响应与实验结果一致，则得模型参

数 。
为确定参数 ，本研究采用 Isight 软件建立参数优化流程，并调用 ABAQUS 有限元模型进行自

动计算。优化过程中采用 Pointer 算法，以参数 作为唯一设计变量，通过调整其取值获得不同硬化

模型，并以模拟载荷-位移曲线与实验曲线之间误差平方和最小作为优化目标函数，通过迭代优化获

得最佳参数 。需要指出的是，准静态硬化模型中的其他参数均由实验数据和理论关系确定，并未参

与优化，因此参数识别过程属于单参数优化，优化空间为一维，参数耦合导致的非唯一性问题不存

在；同时通过合理设置搜索范围和实验响应验证保证优化结果可靠。

(4) 拟合表 1 中不同应变率下材料的屈服强度，得模型参数 C，其中参考应变率以准静态和常温

条件下 SRB 单向拉伸实验为准。

(5) 以不同温度下 SRB 试样的屈服强度为依据，拟合得模型参数 p 与 m，其中参考温度设为室温

(25 ℃)。
断裂准则参数标定采用实验与数值模拟相结合的方法。主要过程为：

(1) 建立 SRB、NRB、PE 以及 Shear 实验的有限元模拟，采用前述标定的本构模型完成相关计

算。

(2) 确认数值模拟结果的有效性，若数值模拟预报的载荷-位移响应与实验吻合，则基于数值模拟

结果提取断裂位置单元的等效塑性应变以及应力三轴度和无量纲化应力偏张量第三不变量历程。

(3) 将断裂时刻(从实验中提取，通常为引伸计位移量的关键值)断裂位置单元的等效塑性应变提

取为断裂应变，按公式(6)计算平均应力状态参数。

(4) 汇总 SRB、NRB、PE 以及 Shear 实验对应应力状态和断裂应变，拟合得到断裂准则模型参

数 C1~C5。

(5) 以(3)中 SRB 实验的应变率为参考应变率，拟合不同应变率下 HRDB 的断裂应变得到模拟参

数 C6。

(6) 拟合准静态不同温度下 SRB 的断裂应变得到模型参数 C7与 C8。

需要指出的是，本构参数在完成标定后保持不变，并用于所有不同应力状态试样的有限元模拟。

有限元计算过程中不再根据实验载荷–位移响应调整本构参数，其目的仅在于获得断裂区域的局部

应力状态和塑性应变演化，为断裂轨迹建立提供依据。

上述分析过程中，平均应力三轴度 与平均无量纲化的应力偏张量第三不变量 计算为：av av

                         (6)   f f

av eq eq av eq eq0 0
f f

1 1 
       

 
  d d

参考已有研究方法，SRB、NRB 和 PE 试样的断裂时刻取为图 2 中载荷-位移曲线出现明显下降

的时刻，断裂位置假定位于试样标距段中心。对于 Shear 试样，由于剪切带内存在明显的局部化变形，

其载荷响应不存在明显突降，因此根据实验过程图像及 DIC 应变场演化结果，以剪切带区域出现宏

观可见裂纹的时刻确定断裂时刻和断裂位置。准静态各实验的断裂时刻(位移)以及获得的断裂应变及

应力状态列于表 2 中。

表 2 不同应力状态下试样的断裂位移与断裂应变
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Table 2 Fracture displacement and fracture strain of specimens subjected to varying stress states

断裂参数    Uf /mm av av f

SRB 4.513 0.689 1 1.194

NRB,R=2 0.579 1.287 1 0.199

NRB,R=3 0.700 1.145 1 0.277

NRB,R=6 1.038 0.913 1 0.454

NRB,R=9 1.244 0.828 1 0.543

Shear 1.000 -0.050 -0.080 0.766

PE 1.148 0.634 0.226 0.431

Shear

PE

图 7 部分材料力学性能测试的有限元计算模型

Fig. 7 Finite element calculation models for some mechanical property tests of materials

上述计算过程中，SRB、NRB 拉伸实验的有限元模型为二维轴对称模型；PE 和 Shear 采用三维

实体模型，考虑到对称性 PE 采用 1/8 模型，Shear 采用 1/2 模型，如图 7 所示。获取断裂应变中各有

限元计算模型中标距区单元尺寸均约为 0.1 mm。

图 4(b)展示了温度对材料屈服强度和断裂应变的影响以及模型拟合结果；图 5(b)展示了应变率的

影响及模型拟合结果。图 8 绘制了不同应变率下材料的断裂应变及断裂准则的拟合结果，为保持逻

录
用
稿
件
，
非
最
终
出
版
稿



爆  炸  与  冲  击

Explosion and Shock Waves

12

辑一致，其中参考应变率下 SRB 的断裂应变按断口直径计算，即 ，其中 d0和 df分别 f 0 f2ln /  d d

为 SRB 试样的原始直径和断口直径。

通过上述标定，得到了 30CrMnSiNi2A 高强钢的全部模型参数，列于表 3 中。
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图 8 30CrMnSiNi2A 高强钢在不同应变率下的断裂应变及断裂准则拟合结果

Fig.8 Fracture strain and fracture criterion calibration results for 30CrMnSiNi2A high-strength steel under varying strain rates

表 3 30CrMnSiNi2A 高强钢的材料模型参数

Table 3 Material model parameters of 30CrMnSiNi2A high-strength steel

E/GPa v /(kg·m-3) Cp/(J/kg/K) T0/K Tm/K /s-1
0 A/MPa

200.4 0.3 7790 530 293 1764.4 4.17x10-4 1095.6

B/MPa Q/MPa n β α C p m

1020.8 204.4 0.601 33.45 0.23 0.014 2.880 1.677

C1 C2 C3 C4 C5 C6 C7 C8

16.70 3.989 0.734 0.843 4.0 -0.037 149.2 5.48

3 对平头弹的抗侵彻性能

3.1 实验研究

3.1.1 实验材料与装置
30CrMnSiNi2A 靶板与材料力学性能测试试样取自同一原始棒材，首先加工成厚度约为 6.5mm

的圆片，之后与材料力学性能测试试样一起进行热处理，最后加工成厚度为 4 mm、直径为 80mm 的

靶板。靶板边缘钻有 12 个直径 3 mm 的钻孔，用于将靶板固定在靶架上。平头圆柱弹采用 9CrSi 钢
制成，名义直径为 6mm（受加工公差影响，实测直径在 5.91~5.94 mm 之间），长度为 30mm，名义硬

度为 52 HRC。采用南阳理工学院的一级轻气炮开展弹道冲击试验，该气炮主要由增压室、与弹丸口

径匹配的发射管、速度测量仪及冲击室组成，如图 9 所示，装置细节可参考文献[31]。弹体撞击靶板

的过程采用高速相机(Photron FASTCAM SA-Z，帧率 60000FPS)进行记录；弹丸初始速度同时通过相

机与速度测量仪测量，两者偏差在 2%以内；弹丸穿靶后的剩余速度通过高速摄像计算。
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High speed camera
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Velocity gauge

图 9 侵彻实验装置

Fig.9 Ballistic impact test set-up

3.1.2 实验结果
共开展 13组试验，冲击速度范围为 196.2~413.9 m/s。除初始速度为 196.2 m/s、215.8m/s 时，子

弹反弹，其余速度下靶板均被子弹贯穿，弹体剩余速度为 0~311.7m/s，试验结果见表 4。弹道极限采

用 Lambert-Jonas(L-J)模型[32]计算，表达式如下：

                                      (7)P P 1/P
r 0 bl( ) V a V V

式中：V0为弹体初始速度；Vr为弹体剩余速度； 与 为 L-J 模型常数，Vbl 为弹道极限。a P
基于表 4 中的数据，通过 L-J 模型采用最小二乘法拟合获得了模型参数 、 、弹0.77a 3.13P 

道极限 Vbl=209.9 m/s。需要说明的是，从表 4 的实验物理现象来看，最高未穿透速度为 215.8 m/s，
最低穿透速度为 216.6 m/s，实际的物理弹道极限区间应介于两者之间。L-J 模型拟合值(209.9 m/s)略
低于实验最高未穿透速度，这主要是由于靶板临界穿透状态附近的实验离散性与数学拟合特性共同

导致的：在 V0=216.6 m/s 时，一旦剪切冲塞块完全脱落，弹体阻力骤降，测得了较高的剩余速度

(104.3 m/s)；为使全局误差最小化，L-J 曲线在拟合这一具有一定离散性的“跃变”数据时，其数学渐

近线(即拟合参数 Vbl)自然向低速方向发生了少许偏移。尽管存在这一微小的数值偏差，L-J 模型仍能

合理且整体地描述该材料在较宽速度范围内的弹道响应规律。图 10 展示了实验的初速-剩余速度及

L-J 模型的预报结果，可见 L-J 模型的预报结果与实验结果一致性良好。

表 4 弹道冲击试验结果

Table 4 Ballistic impact test results

试验

编号

弹体

直径
D /mm

弹体

长度
L/mm

初始

质量
m /g

初始

速度
V0 /(m/s)

剩余

速度
Vr /(m/s)

状态

结果

1 5.94 29.79 6.44 301.9 190.6 穿透
2 5.93 29.76 6.46 215.8 0.0 反弹
3 5.94 29.77 6.45 196.2 0.0 反弹
4 5.94 29.77 6.39 330.1 216.4 穿透
5 5.94 29.81 6.39 286.6 184.7 穿透
6 5.93 29.80 6.43 247.1 145.4 穿透
7 5.93 29.77 6.39 252.9 164.8 穿透
8 5.94 29.80 6.45 268.3 169.7 穿透
9 5.93 29.80 6.45 249.3 149.2 穿透
10 5.91 29.79 6.43 234.8 140.1 穿透
11 5.93 29.81 6.45 216.6 104.3 穿透
12 5.93 29.78 6.436 233.9 132.7 穿透
13 5.93 29.79 6.443 413.9 311.7 穿透
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图 10 30CrMnSiNi2A 高强钢靶对平头弹的弹道曲线

Fig.10 Ballistic curves of 30CrMnSiNi2A high-strength steel targets against blunt projectile impact

 
(a) V0=196.2 m/s

 
(b) V0=413.9 m/s

图 11 典型撞击速度下 30CrMnSiNi2A 高强钢靶的失效模式
Fig.11 Failure modes of 30CrMnSiNi2A high-strength steel targets at typical impact velocities
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(a) =196.2m/s         (b) =233.9m/s       (c) =413.9m/s 0V 0V 0V
图 12 30CrMnSiNi2A 靶板在三种速度下的冲击过程

Fig.12 The impact process of 30CrMnSiNi2A target plates at three different impact velocities

实验中，观察到靶板的失效模式为剪切冲塞，这是钝头刚性弹冲击韧性金属靶板时常见的失效

模式。当冲击速度小于弹道极限速度时，靶板正面和背面分别出现冲坑与隆起，子弹反弹，背面产

生较大塑性变形，但未发现裂纹；冲击速度高于弹道极限速度时，子弹贯穿靶板并平行飞出，靶板

背面弹孔附近未出现明显裂纹，如图 11所示。图 12展示了三种典型撞击速度下的高速相机摄像图

像，可清楚看到撞击产生的剪切冲塞，且冲击过程中未发现碎片飞出现象。

3.2 数值模拟研究

3.2.1 有限元计算模型
基于上述塑性模型与断裂准则，在 ABAQUS 中采用轴对称算法建立有限元计算模型。弹体与靶

板建模均设为变形体，采用 CAX4R 单元。弹体直径 5.94mm、长度 29.78 mm，靶板直径 80 mm、厚

度 4.0 mm。弹体单元网格尺寸为 0.4 mm×0.4 mm；由于剪切冲塞的数值模拟结果通常具有明显的网

格敏感性，靶板中心区域采用四种网格尺寸，分别为 50μm×50μm、75μm×75μm、100μm×100μm 与

200μm×200μm，对应靶板厚度方向的单元数量分别为 80、53、40 与 20 个；中心区域以外的其它网

格则逐渐粗化。图 13 给出了单元网格尺寸为 50μm×50μm 的有限元局部细化模型。

靶板边缘固定，初温设为 20 ℃(293K)；弹体初始速度沿垂直于靶板的方向施加。采用通用接触

算法定义所有可能接触对的接触行为。接触表面间的法向行为采用“硬接触”。考虑到平头弹撞击引

发剪切冲塞失效时，弹靶界面主要承受法向高强压缩，冲塞脱落前后的切向相对滑动较小，摩擦做

功在总能量耗散中的占比微乎其微。因此，基于剪切冲塞的物理特征以及同类数值模拟的普遍处理

经验[22,23,28]，切向接触行为中忽略了摩擦的影响。由于弹靶撞击发生时间极短，该过程可近似为绝热。

平头弹采用不考虑断裂准则的双线性弹塑性 Von Mises 模型，材料模型参数根据文献[23]确定，其密

度、弹性模量、泊松比、屈服强度和切线刚度依次为 7800 kg/m3、204GPa、0.33、1900MPa 和

15GPa。
此外，本研究还尝试在局部细化区采用 25 μm×25 μm 的网格，但因单元发生过大畸变而终止计

算，最终没有获得该网格尺寸下的数值仿真结果。

图 13 侵彻实验的有限元计算模型

Fig.13 Finite element model of the impact tests

3.2.2 计算结果
数值模拟得到的剩余与初始速度结果见表5，绘制的弹道曲线如图14所示，基于L-J模型参数见表

6。
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表5 数值模拟得到的初始-剩余速度结果

Tab.5 The initial-residual velocity results obtained from numerical simulations
网格尺寸 200 m x200 m

V0 /(m/s) 255.0 260.0 270.0 290.0 301.9 330.0 413.9
Vr /(m/s) 0.0 72.3 98.1 131.7 149.8 185.2 275.5

网格尺寸 100 m x100 m
V0 /(m/s) 220.0 225.0 233.9 247.1 252.9 301.9 413.9
Vr /(m/s) 0.0 56.1 80.9 104.1 112.9 170.6 294.0

网格尺寸 75 m x75 m
V0 /(m/s) 220 225.0 233.9 247.1 252.9 301.9 413.9
Vr /(m/s) 0.0 22.7 72.4 102.3 115.1 176.7 284.6

网格尺寸 50 m x50 m
V0 /(m/s) 205.0 209.9 216.6 233.9 247.1 252.9 301.9 413.9
Vr /(m/s) 0.0 34.1 72.8 92.5 114.9 124.3 174.4 290.8

表 6 采用 XW 断裂准则及不同单元尺寸预报的弹道极限

Tab.6 Ballistic limit predicted by the XW fracture criterion and different element sizes

网格尺寸 a p Vbl /(m/s) 与试验误差

200m×200m 0.768 2.444 263.2 20.2%
100m×100m 0.764 2.554 232.6 9.8
75m×75m 0.755 2.433 213.7 1.8%
50m×50m 0.759 2.237 205.0 -2.4%

为了直观显示网格尺寸的影响，图 15 进一步绘制了不同网格尺寸下预测的弹道极限。可见，随

着局部单元尺寸减小，预测弹道极限总体呈下降趋势，表明当前基于局部损伤和单元删除的数值模

型具有明显的网格敏感性。该结果与 Han 等[9]、Xiao 等[22]的报道结果类似。对于研究的亚弹速范围

内 5.94mm 平头弹撞击 4mm 厚 30CrMnSiNi2A 钢靶板的工况，在采用局部损伤模型和单元删除算法

的条件下，当局部网格尺寸为 50 μm 或 75 μm 时，计算结果与实验弹道极限较为接近，误差小于

3%。需要指出的是，该单元尺寸仅是针对本研究中弹靶构型和数值计算方案获得的经验离散尺度，

不应视为适用于其他靶板厚度、弹体形状或单元类型的普适网格尺寸。
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图14 采用不同网格尺寸时模拟得到的初始与剩余速度及弹道曲线

Fig.14 The initial-residual velocities and ballistic curves obtained from simulations with different mesh sizes
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图15 数值模拟预报的弹道极限及单元尺寸敏感性

Fig.15 Ballistic limit and element size sensitivity predicted by numerical simulation

图16展示了撞击速度略高于弹道极限与远高于弹道极限时，数值模拟预报的靶板失效模式。可

见，数值预报的靶板主要失效模式均为剪切冲塞，这与实验观察一致。需要说明的是，与实验结果

相比，数值模拟中靶板后表面出现了少许额外的单元删除（微裂纹）。从力学机理上分析，靶板后表

面在冲塞块脱落前会经历显著的局部弯曲隆起，该区域处于双向拉伸应力状态( )。由于本研究1  

的断裂准则参数主要基于单轴拉伸( )、平面应变和纯剪切( )等应力状态标定，唯象断裂模1  0 

型在向未标定的双向拉伸域外推时，基于其数学形式的自然延伸可能略微低估了材料的断裂延性，

从而导致局部单元提早失效。尽管存在这一局部的形貌差异，但该现象并未改变主导的剪切冲塞机

制，且模型对宏观弹道极限给出了合理的预报，这表明所校准的模型足以满足30CrMnSiNi2A高强钢

抗侵彻行为的预测需求。

      
(a) 200μm×200μm                                                  (b) 100μm×100μm

        
(c) 75μm×75μm                                                     (d) 50μm×50μm

图16 靶板采用不同网格尺寸预测得到的失效模式(SDV1为等效塑性应变)

Fig.16 Failure modes of the target plate predicted with different mesh sizes(SDV1 is the equivalent plastic strain)
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4 结 论
为探究30CrMnSiNi2A高强钢的塑性、延性断裂及亚弹速范围内的弹道冲击行为，开展了覆盖宽

温域与宽应变率的材料力学性能试验及平头弹侵彻试验，标定了MJC本构模型与扩展XW断裂准则，

并进行了高精度的弹道极限数值预测。获得的主要结论如下：

(1) 30CrMnSiNi2A 高强钢的韧性断裂具有显著的 Lode 相关性。相比于单轴拉伸状态，该材料在

剪切与平面应变状态下的断裂应变分别大幅下降了 35.8%与 63.9%。

(2) 明确了该材料在宽应变率与高温耦合下的流变特性定量规律。材料屈服强度表现出显著的高

应变率强化(应变率从准静态提升至 4547.8 s-1时，屈服强度由 1095.6 MPa 提升至 1497.0 MPa)与明显

的高温软化(温度达到 600 ℃及以上时强度发生断崖式衰减)。校准后的 MJC 本构模型能够准确捕捉

这一热-黏塑性流动行为。 

(3) 准确预报了特定弹靶构型下的弹道极限与主导失效模式。对于亚弹速范围内 5.94 mm 平头弹

撞击 4 mm 厚 30CrMnSiNi2A 高强钢靶板，实验测得的弹道极限为 209.9 m/s，宏观表现为典型的剪切

冲塞失效。基于标定的扩展 XW 断裂准则，数值模拟较好预报了靶板剪切冲塞这一主要失效演化过

程。需要指出的是，由于侵彻过程中局部区域可能经历本研究中实验标定范围之外的双向等拉应力

状态，模拟中对靶板背面局部裂纹存在一定程度的过预测。

(4) 揭示了局部损伤与单元删除算法的网格敏感性规律。在本研究中 5.94mm 平头弹撞击 4mm
厚 30CrMnSiNi2A 钢靶板的计算条件下，数值预报的弹道极限随局部单元尺寸减小而降低，数值预报

的弹道极限随局部单元尺寸的减小而降低；当采用 50μm×50μm 或 75μm×75μm 的局部网格尺寸时，

弹道极限预报误差控制在 3%以内。
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