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摘要　使用泡沫金属子弹进行冲击可以模拟爆炸载荷的作用, 这一加载技术已被应用于防护结构的抗冲击性

能测试中, 然而泡沫子弹作用于被测试结构上的真实载荷以及二者间的相互作用过程尚不明晰. 本文以泡沫子

弹冲击固支梁的情形为例, 开展了对该冲击过程的理论分析和数值模拟研究. 基于泡沫材料的冲击波模型与固

支单梁的结构冲击动力学响应模型, 构建了描述泡沫子弹冲击固支梁过程的耦合分析模型. 给出了不同响应阶

段下子弹和单梁的动力学控制方程, 并采用 Runge-Kutta方法得到了方程的数值解. 基于三维 Voronoi技术, 建

立了泡沫子弹冲击固支单梁的有限元模型并进行了数值模拟. 通过与有限元模拟结果的对比发现, 相较于经典

的脉冲加载模型, 耦合分析模型能更好地预测泡沫子弹和单梁的速度变化规律, 也能准确地预测子弹对单梁的

真实冲击压强. 当泡沫子弹的初始动量相同时, 由于子弹自身的压溃行为, 子弹的初始冲击速度、密度和长度

的改变都会对冲击过程产生影响. 最后, 通过耦合分析模型分别分析了泡沫子弹的密度、长度、初速度对冲击

压强的峰值、衰减速度和持续时间的影响, 并针对具有不同特征的目标模拟载荷给出了泡沫子弹的筛选策略.

所构建的耦合分析模型为研究泡沫子弹与被测试结构之间的相互作用规律以及泡沫子弹的设计提供了理论基础.
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A COUPLING ANALYSIS MODEL OF CLAMPED MONOLITHIC BEAM IMPACTED BY
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Abstract     The impact of foam metal projectiles may simulate the effect of explosion load. This loading technology has
been applied in the impact resistance test of different protective structures. However, the actual impact load on the tested
object and the interaction mechanism between the projectile and the tested object are still unclear. In this paper, the
theoretical analysis and numerical simulation of the impact process of a foam projectile on a beam fixed at both ends
were carried out. Based on the shock wave model of the foam and the structural dynamic response model of the clamped
beam, a coupling analysis model describing the impact process was developed. The governing equations of different
response stages were presented, and the numerical solution of the governing equations was obtained by using the Runge-
Kutta method. The finite element model of a clamped monolithic beam impacted by a foam projectile was constructed by
using the Voronoi technique and the impact process was simulated. Compared with the simulation results, it is found that
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the coupling analysis model can not only predict the velocity variation of projectiles and beams better than the impulsive
loading model, but also obtain the actual impact pressure accurately. When the initial momentum of the foam projectile is
identical, the change in the initial velocity, density, and length of the projectile can still affect the impact process due to
the crushing behavior of the projectile. Finally, the effects of the density, length, and initial velocity of foam projectiles
on the peak value, attenuation velocity, and duration of impact pressure were analyzed through the coupling analysis
model, and the selection strategy of foam projectiles was proposed for the target simulation loads with different
characteristics. The coupling analysis model provides a theoretical basis for studying the interaction mechanism between
foam projectiles and the tested structure and the design guide of foam projectiles.

Key words    foam projectile, clamped monolithic beam, shock wave propagation, coupling analysis model, finite
element simulation

 

引 言

泡沫材料作为吸能材料已被广泛应用于防冲

击、抗爆炸等吸能缓冲装置中[1-2]. 泡沫材料在高速

冲击下以逐层压溃的模式发生变形, 并且由于塑性

冲击波的传播会产生应力增强现象[3-5], 这一特性使

得利用泡沫材料模拟爆炸载荷成为可能. Radford
等[6] 提出采用由泡沫金属制成的子弹可以实现对水

下或空中爆炸载荷的模拟, 改变泡沫子弹的速度、

密度和长度可以控制冲击载荷的脉冲幅值和持续时

间. Radford 等[7-9] 使用泡沫子弹测试并比较了实心

结构和夹芯结构的抗冲击能力, 验证了泡沫子弹这

一测试手段的可靠性.
相较于真实爆炸实验, 泡沫子弹加载技术更加

安全、简便和易调控, 因此许多学者采用泡沫子弹

对多种防护夹芯结构进行了测试研究[10-16]. 例如, 宋
延泽等[10] 以及 Jing 等[11-12] 分别研究了夹芯梁、夹

芯壳结构在泡沫子弹冲击下的变形与破坏模式, 并
分析了泡沫子弹的初始冲量对结构响应的影响. 这
些研究均通过泡沫金属子弹的冲击加载对各类夹芯

结构的抗冲击性能及优化策略进行了探讨, 但尚未

有研究探讨泡沫金属子弹施加在结构上的实际冲击

载荷形式以及该冲击载荷是否可以准确地模拟爆炸

载荷.
对于单梁、单板、夹芯梁及夹芯板等经典结构

在外载下的动态响应问题, 已有学者开展了大量的

研究并建立了力学分析模型. 文献 [17-18]首先提出

单梁及夹芯梁在全局脉冲加载[17] 和局部脉冲加载[18]

下响应的脉冲加载模型, 后文中简称其为 QDF模型.
在 QDF模型的基础上, Qin等[19-20] 修正了夹芯梁的

屈服准则, 并通过膜力因子法[21] 应用了夹芯梁的准

确屈服面, 得到了夹芯梁在脉冲加载下更为精确的

冲击响应. Radford等[7] 将泡沫子弹对单梁和夹芯梁

的冲击视为脉冲加载, 将子弹的初始动量视为输入

脉冲并使用 QDF 模型对单梁的响应过程进行了预

测, 然而理论预测值与实验结果存在较大的差距. 此
外, 也有一些学者构建并发展了一维模型来描述夹

芯结构在外载下的动态响应过程. 文献 [22-23]将夹

芯板中的面板等效为质量块, 研究了夹芯板在冲击

载荷作用下的能量耗散过程. Li等[24] 根据能量等效

原理将夹芯梁的面梁等效为 SDOF模型 (质量块–弹
簧系统), 考虑了面梁在大挠度变形时的弯曲/拉伸响

应行为, 构建了夹芯梁的一维响应模型, 但是其等效

原理限制了该模型只适用于常值加载的情形.
已有的研究或是将外部加载与被加载结构解

耦, 将外载等效为脉冲加载, 通过冲量的传递与守恒

关系对结构响应进行分析, 往往只关注被加载结构

的响应行为; 或是将被加载结构简化为一维模型, 分
析过程虽然简单但难以研究爆炸载荷等复杂非线性

载荷作用下结构的响应行为. 当采用泡沫子弹作为

加载测试手段时, 泡沫子弹发生塑性压溃形成的冲

击波传播会对冲击过程造成影响, 其作用在被测试

结构上的真实冲击载荷也尚未得知. 因此有必要考

虑泡沫压溃过程与梁变形过程的耦合关系, 构建一

个可以准确描述泡沫子弹冲击可变形靶体过程的力

学分析模型.
本文拟以固支梁结构为例, 基于泡沫材料的冲

击波模型与梁的结构冲击动力学模型构建泡沫子弹冲

击单梁的耦合分析模型, 确定泡沫子弹作用在梁上的

真实冲击载荷, 研究泡沫子弹的相对密度、冲击速度

等参数对其加载过程产生的影响, 为泡沫子弹这一

加载测试方法的应用提供更为深入的认识和设计指导. 
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1     理论模型
 

1.1    问题描述

考虑一基体材料密度为 ρs、相对密度为 ρ、初

始长度为 l0 的均匀泡沫子弹以 V0 的初始速度冲击

一可变形的固支单梁, 泡沫子弹在平行于梁长度方

向的宽度为 2a. 梁的密度为 ρb, 总长为 2l, 厚度为 h,
梁受载区域的长度为 2a, 梁与泡沫子弹在垂直纸面

方向的宽度相同, 如图 1(a). 在泡沫子弹的冲击下,
单梁开始发生弯曲变形, 与此同时子弹从冲击端开

始发生逐层压溃, 压溃带像冲击波一样从冲击端向

远端传播, 如图 1(b).

  

X

ρ V0l0

2l

2a
h

(a) 初始状态
(a) Initial condition

(b) 冲击过程
(b) Impact process

v1

v2

Φ shock front
σ0

σB

distal end

impact end

 
图 1   冲击情形示意图

Fig. 1    Schematic diagram of the impact situation
  

1.2    泡沫子弹的冲击波模型

采用塑性冲击波理论能够有效地描述泡沫材料

在动态冲击下的压溃行为, 结合泡沫材料的应力–应
变关系可以构建泡沫子弹的冲击波模型. 采用 Zheng
等[25-26] 提出的刚性–塑性硬化 (R-PH)模型描述泡沫

材料在单轴压缩下的应力–应变关系

σ = σ0+
Cε

(1−ε)2 (1)

式中, ε 为泡沫的应变, σ0 为初始压溃应力, C 为应变

硬化参数. 材料参数 σ0 和 C 与相对密度间的关系可

以表示为幂律形式

σ0(ρ) = k1σysρ
n1

C(ρ) = k2σysρ
n2

■||■||■ (2)

式中, σys 为泡沫基底材料的屈服强度, k1, n1, k2,
n2 均为拟合参数.

Φ̇(t)

以泡沫子弹的冲击端为原点建立子弹的拉格朗

日坐标系, 令 t 时刻波阵面在该坐标系中的位置为

Φ(t), 波阵面以   的波速从子弹的冲击端向远端传

播. 波阵面前后方的速度、应力、应变分别为{v2(t),
σ0(t), 0}和{v1(t), σB(t), ε(t)}, 梁和泡沫子弹的相互作

用区内压强 p(t)均匀分布, 如图 1(b)所示. 根据冲击

波理论, 波阵面上的质量守恒与动量守恒关系[27] 分

别给出

v1− v2 = −Φ̇(t) (ε−0) (3)

σB−σ0 = −ρsρΦ̇(t) (v1− v2) (4)

由此, 可以得到波阵面后方的应力

σB = σ0+
ρsρ(v2− v1)2

ε
(5)

结合式 (1) 和式 (5), 可得到冲击波波速与冲击速度

之间的关系为

dΦ
dt
= v2− v1+ c (6)

将式 (6)代入式 (4)中可得波后应力为

σB = σ0+ρsρ (v2− v1) (v2− v1+ c) (7)

c =
√

C/(ρρs)式中,    . 对于子弹波阵面前方的未压实

区, 由牛顿第二定律可得

dv2

dt
=
−σ0

mp−m1
(8)

式中, mp = ρsρl0 为子弹单位面积上的质量, m1 = ρsρΦ
为子弹压实区的单位面积质量. 对于泡沫子弹波阵

面后方的压实区有

dv1

dt
=
σB− p

m1
(9)

泡沫子弹将一直保持上述运动状态直至压溃区

速度 v1 与未变形区速度 v2 相等, 此时塑性波波阵面

停止传播, 子弹整体以相同速度 v1 向前运动, 其加

速度可表示为
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dv1

dt
= − p

mp
(10)

 

1.3    单梁结构冲击动力学模型

在结构冲击动力学框架下, 采用动量和动量矩

定理描述单梁在大挠度变形时的结构响应行为. 忽
略材料弹性对响应过程的影响, 假定梁为刚性–理想

塑性材料, 其屈服强度为 σY. 本文中假设梁的屈服面

为正方形屈服面, 即梁的弯矩 M 和轴力 N 满足[28]

|M| = M0, |N| = N0 (11)

式中, M0 = σYh2/4为极限弯矩, N0 = σYh 为极限轴力.

ẇ(x, t) ẇ

ẇ0(t)

在子弹的作用下, 单梁的中心区域受到冲击压

强 p(t) 的作用发生变形. 考虑到所研究问题的对称

性, 下面仅对右半部分梁进行分析. 假设单梁只在垂

直于其初始轴线的方向上发生变形 , 其位移场为

w(x,t), 速度场为     (这里的    表示 w 对 t 的偏

导), 梁跨中处的位移与速度分别为 w0(t)和   . 本
文采用 QDF 模型[18] 对单梁速度场的假设, 将单梁

的运动与变形过程划分为 3相, 如图 2和图 3.
当运动处于第 1 相时, 单梁上有两个移动塑性

铰产生, 内侧塑性铰向跨中处移动, 外侧塑性铰向固

支端移动, 梁的速度场呈梯形分布, 如图 2. 内侧塑性

铰处的弯矩 M = M0, 外侧塑性铰处的弯矩 M = −M0,
内外塑性铰之间的弯矩由 M0 变化至−M0, 在内塑性

铰与跨中处之间的平台区域内弯矩保持 M0 不变, 外
塑性铰与固支端之间的平台区域内弯矩为−M0, 由梁

的拉伸行为引起的轴力为 N0, 如图 3. 由于移动塑性

铰上的剪力为 0, 且单梁外塑性铰到固支端之间的部

分处于静止状态, 因此固支端无剪力. 以单梁的跨中

点为坐标原点, 由动量定理可知压强 p(t) 对梁输入

的冲量等于梁的动量改变量, 即

a
∫ t

0
p(τ)dτ =

∫ l

0
mẇ(x, t)dx (12)

式中, m = ρbh 为梁的单位长度质量. 以梁的跨中点

为参考点, 由动量矩定理可得

2M0t+N0

∫ t

0
w0(τ)dτ+

a2

2

∫ t

0
p(τ)dτ =

∫ l

0
mẇxdx (13)

当单梁的内侧塑性铰移动至跨中点时, 运动进

入第 2 相, 该阶段中单梁的外侧塑性铰继续向外移

动, 速度场呈三角形分布, 如图 2. 单梁跨中点至内塑

性铰之间的弯矩由 M0 变化至−M0, 如图 3, 动量与动

量矩仍满足式 (12)和式 (13).

当单梁的外侧塑性铰移动至固支端时, 运动进

入第 3 相, 如图 2. 此时梁的固支端已产生剪力, 式
(12)不再成立. 为避免在公式中引入剪力项, 以梁的

夹持端为参考点, 动量矩定理表达式由式 (13)变为∫ t

0

∫ a

0
p(τ)(l− x)dxdτ−2M0t−N0

∫ t

0
w0(τ)dτ =∫ l

0
mẇ(l− x)dx (14)

此后单梁的速度场分布形状不再改变直至运动

停止. 
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x1
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l
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phase 2
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l
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l

·

·

·

 
图 2   梁的速度场示意图

Fig. 2    Velocity field of the beam
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图 3   梁的位移场示意图

Fig. 3    Deflection field of the beam
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1.4    泡沫子弹冲击单梁的耦合分析模型

基于泡沫子弹的冲击波模型与单梁的结构冲击

动力学模型, 结合子弹冲击端与单梁之间各物理量

的耦合关系, 可以建立描述泡沫子弹冲击单梁过程

的耦合分析模型. 根据 1.2节中泡沫子弹运动状态的

变化及 1.3节中受载单梁响应行为的三相, 可以将该

整个冲击过程分为 4个阶段进行分析.

ẇ(x, t)

ẇ0(t)

第Ⅰ阶段: 泡沫子弹冲击端有一道冲击波形成

并向远端传播 , 单梁承受来自子弹冲击端的压强

p(t). 单梁的速度场   整体呈梯形分布. 子弹的冲

击端前端始终与梁紧密接触, 因此认为单梁的跨中

速度   与子弹冲击端的速度 v1(t)始终相等. 单梁

内侧塑性铰与外侧塑性铰间的速度呈线性变化, 速
度场可表达为

ẇ(x, t) =

■|||||■|||||■
v1, 0 ⩽ x ⩽ x0
x1− x
x1− x0

v1, x0 ⩽ x ⩽ x1

0, x1 ⩽ x ⩽ l

(15)

式中, x0 和 x1 分别为内、外塑性铰的位置. 由于移

动塑性铰上的剪力为 0, 梁两侧内塑性铰之间的部分

的加速度即为[29]

dv1

dt
=

p
m

(16)

联立式 (9)和式 (16)可得冲击压强 p

p =
mσB

m+m1
(17)

以及梁的跨中加速度

dv1

dt
=

σB
m+m1

(18)

式中, σB 见式 (7). 将速度场代入式 (12)和式 (13)并
对 t 求导后可得

mv̇1 (x1+ x0)+mv1 (ẋ0+ ẋ1) = 2ap (19)

(2mv1x0−B2) ẋ0+(2mv1x1−B2) ẋ1−B1v̇1=C1 (20)

式中, B1, B2, C1 分别定义为

B1 = 3ma (x1+ x0)−2m
(
x0

2+ x0x1+ x1
2
)

(21)

B2 = 3mv1a−2mv1 (x0+ x1) (22)

C1 = 24M0+12N0w0 (23)

将式 (17)代入式 (19)中可得

m (x0+ x1) v̇1+mv1 (ẋ0+ ẋ1) = 2a
mσB

m+m1
(24)

综合子弹冲击波模型中的式 (6)、式 (8)及耦合

模型中的式 (18)、式 (20) 和式 (24), 可得关于第

Ⅰ阶段中 v2(t), Φ(t), v1(t), x0(t), x1(t), w0(t) 各物理量

的控制方程组.
第Ⅱ阶段: 泡沫子弹内的冲击波继续传播, 梁的

内侧塑性铰到达跨中点, 即 x0 = 0. 该阶段内梁的速

度场呈三角形分布, 可表示为

ẇ(x, t) =

■|||■|||■
x1− x

x1
v1, 0 ⩽ x ⩽ x1

0, x1 ⩽ x ⩽ l
(25)

将式 (25)代入式 (12)和式 (13)并分别对 t 求导后可

化简得

mx1v̇1+mv1 ẋ1 = 2ap (26)

mv̇1
(
3ax1−2x1

2
)
+mẋ1 (3av1−4v1x1)=−C1 (27)

联立式 (9)和式 (26)可得

(mx1+2m1a) v̇1+mv1 ẋ1 = 2aσB (28)

综合式 (6)、式 (8) 以及式 (27) 和式 (28) 即可得第

Ⅱ阶段的泡沫子弹和单梁的控制方程组.
第Ⅲ阶段: 子弹内的波阵面停止传播, 冲击波消

失, 子弹整体以速度 v1 运动, 单梁的速度场形状仍

与第Ⅱ阶段中的相同, 呈三角形, 因此式 (26) 和式

(27) 仍然成立. 将泡沫子弹此时的加速度式 (10) 代
入式 (26)可得(

mx1+2mpa
)
v̇1+mv1 ẋ1 = 0 (29)

综合式 (29) 和式 (27) 可得第Ⅲ阶段内子弹和单梁

运动的控制方程组.
第Ⅳ阶段: 子弹以速度 v1 继续运动, 单梁外塑

性铰到达固支端, 即 x1 = l, 该阶段单梁的速度场可

表达为

ẇ(t) =
l− x

l
v1 (30)

将式 (30)代入式 (14)后并对 t 求导可得

p
(
al− 1

2
a2

)
−2M0−N0w0 =

1
3

mv̇1l2 (31)

将式 (10)代入式 (31)

v̇1 = −
12M0+6N0w0

2ml2+3mp
(
2al−a2) (32)

式 (32)即为第Ⅳ阶段的控制方程. 当 v1 = 0时, 认为
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子弹冲击单梁的响应过程结束, 该时刻为单梁的响

应结束时刻 T0, 此时单梁的跨中挠度为永久挠度 W0.
对于初始时刻的子弹和单梁, 有 m1 = 0, v1 = 0,

v2 = V0, w0 = 0, σB = p0, 将该初始条件代入式 (18)、
式 (20) 和式 (24) 可化简得到初始时刻单梁内外塑

性铰的位置分别为

x0(0) = a−
√

12M0

p0
, x1(0) = a+

√
12M0

p0
(33)

式中, p0 = σ0 + ρsρV0(V0 + c). 基于该初始条件, 采用

一阶 Runge-Kutta 方法对第Ⅰ阶段的控制方程组进

行数值求解可得第Ⅰ阶段各物理量随时间的变化,
再以第Ⅰ阶段结束时各物理量的值作为第Ⅱ阶段的

初始条件进行数值求解. 以此类推, 最终可求解得到

整个响应过程中各物理量的解. 

2     有限元模拟

构建闭孔泡沫子弹冲击单梁的有限元模型, 并
采用有限元软件 ABAQUS/Explicit 进行求解. 利用

三维 Voronoi 技术[26] 构造了闭孔泡沫模型, 如图 4.
泡沫子弹的横截面为正方形, 边长为 35 mm, 相对密

度 ρ 和初始长度 l0 如表 1 所示. 其中, P1 的密度最

小, P7 的密度最大; P3, P4, P5 的初始冲击速度 V0、

初始动量 I0、初始动能 Ek0 均相同, 相对密度 ρ 和长

度 l0 不同; P2, P4, P6的相对密度 ρ、初始动量 I0 相
同, 初始冲击速度 V0 和长度 l0 不同. 泡沫子弹的基

体材料为铝, 采用弹性–理想塑性的材料模型, 密度

ρs 为 2700 kg/m3, 杨氏模量为 69 GPa, 泊松比为 0.3,
屈服应力 σys 为 165 MPa. 将泡沫子弹的模型划分成

S3R 壳单元, 由网格敏感性分析确定网格尺寸约为

0.3 mm. 通过拟合单轴数值压缩试验中泡沫铝的应

力–应变曲线[30] 可以得到式 (2)中的参数 k1 = 0.885,
n1 = 1.37, k2 = 0.115, n2 = 1.50.

单梁的总长度 2l 为 250 mm, 厚度 h 为 2 mm,
宽度与子弹的截面边长相等, 即 35 mm. 单梁材料

为 304 钢 ,  采用弹塑性材料模型 ,  其密度 ρ b 为

7750 kg/m3, 杨氏模量为 193 GPa, 泊松比为 0.3, 屈服

强度 σY 为 340 MPa. 采用 C3D8R 实体单元对单梁

进行了网格划分, 由网格收敛性分析确定网格尺寸

约为 0.5 mm. 限制了梁左右两端面上所有节点的所

有自由度以实现对梁两端的固支约束, 如图 5. 该模

型中采用了通用接触, 摩擦系数为 0.02. 

 
图 4   泡沫子弹的 Voronoi模型

Fig. 4    Voronoi model of a foam projectile

  
表 1   不同泡沫子弹的参数

Table 1    Parameters of uniform foam projectiles

Type ρ V0/(m·s−1) l0/mm I0/(kN·s·m−1) Ek0/(kJ·m−2)

P1 0.10 100 45 1.215 60.75

P2 0.15 100 60 2.43 121.5

P3 0.10 200 45 2.43 243

P4 0.15 200 30 2.43 243

P5 0.20 200 22.5 2.43 243

P6 0.15 300 20 2.43 364.5

P7 0.30 200 15 2.43 243

 

  
foam projectile

beam V0

fixed end 
图 5   泡沫子弹冲击单梁的有限元模型

Fig. 5    Finite element model of a foam projectile and a beam
  

3     结果与讨论
 

3.1    变形模式

观察泡沫子弹 P4 冲击单梁的有限元模拟结果

可以发现, 在冲击初始, 泡沫子弹的冲击端形成了一

道压溃带, 压溃带将子弹的未变形区与压实区分隔

开来, 并向子弹远端传播. 单梁在跨中处附近及受载

区域的外侧均形成了塑性铰, 如图 6(a). 随着冲击的

进行, 单梁两侧的内塑性铰移动到跨中点处汇聚, 外
塑性铰继续向外移动, 如图 6(b). 随后, 子弹内的波
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阵面移动速度逐渐变慢直至停止, 此时子弹停止压

溃, 其整体以相同的速度向前运动, 如图 6(c). 泡沫

子弹与单梁的变形模式与耦合分析模型中的设想基

本相同. 整个冲击过程中, 子弹的冲击端与单梁的受

载区域始终紧密接触. 虽然子弹的冲击端端面实际

为曲面, 但各处的速度差别较小, 因此可将子弹冲击

端的位移和速度近似为单梁的跨中位移和速度.
  

s, Mises/MPa
SNEG, (fraction = −1.0)
(avg: 100%)

+9.106e+03
+4.000e+02
+3.000e+02
+2.000e+02
+1.600e+02
+1.400e+02
+1.300e+02
+1.000e+02
+7.826e+01
+3.944e+01
+6.179e−01
+1.343e−09

s, Mises/MPa
SNEG, (fraction = −1.0)
(avg: 100%)

+9.338e+03
+3.800e+02
+3.378e+02
+2.956e+02
+2.533e+02
+2.111e+02
+1.689e+02
+1.267e+02
+8.444e+01
+4.222e+01
+0.000e+00

s, Mises/MPa
SNEG, (fraction = −1.0)
(avg: 100%)

+9.338e+03
+3.800e+02
+3.378e+02
+2.956e+02
+2.533e+02
+2.111e+02
+1.689e+02
+1.267e+02
+8.444e+01
+4.222e+01
+0.000e+00

(a) t = 0.05 ms

(b) t = 0.10 ms

(c) t = 0.20 ms 
图 6   子弹和梁的Mises应力云图

Fig. 6    The Mises stress nephogram of the foam projectile and the beam
  

3.2    与有限元结果的比较

以泡沫子弹 P4 冲击单梁的情形为例, 将 QDF
模型[18] 和耦合分析模型预测的理论结果与有限元

结果进行对比和分析. 理论分析中泡沫子弹和单梁

的结构、材料参数与有限元模型中的对应参数保持

一致. 在有限元模拟中, 取固支梁受载区域中心附近

(如 2 mm × 2 mm 的区域内) 的节点速度的平均值

为 v1, 泡沫子弹远端端面上节点速度的平均值为 v2,
提取固支梁受载区域内的节点在加载方向上节点

力, 由其总和除以子弹横截面面积计算冲击压强 p.
在初始阶段, QDF 模型预测的 v1 保持恒定不

变, 随后快速衰减至 0. 与有限元结果中的 v1 相比,
两者的变化趋势有显著的差异, 如图 7. QDF模型预

测的响应结束时间 T0 约为有限元结果的一半, 而其

预测的永久挠度 W0 为 23.04 mm, 高于有限元结果

的 20.51 mm. 采用 QDF 模型预测该冲击过程相当

于认为泡沫子弹的动量在初始时刻全部传递给了单

梁的受载区域, 不仅忽略了单梁的加速过程, 也使得

单梁被赋予了过高的初速度, 导致预测的最终挠度

偏高, 这与 Radford 等[7] 的研究中梁最终挠度的实

验结果低于预测值的现象一致. 将泡沫子弹的加载

简单地等效为脉冲加载会导致无法准确地预测梁的

响应过程, 因此必须考虑子弹内的冲击波传播以及

子弹与梁之间的相互作用.
相较于 QDF 模型, 耦合分析模型预测的 v1 和

v2 与有限元结果的整体趋势吻合得更好, 如图 8, 跨
中挠度的变化趋势也基本一致, 如图 9. 在耦合分析

模型中, 由于子弹内冲击波的传播, 第Ⅰ和第Ⅱ阶段

中子弹的压实区和单梁一起加速, 子弹的未压实区

不断减速. 从第Ⅲ阶段开始, 由于冲击波的消失, 子
弹整体和单梁跨中点一起减速 (图中的虚线标记了

每一阶段的结束时刻). 耦合分析模型预测的 v1 峰值

与有限元结果相比偏低, 这是由于本文中采用的是

正方形屈服准则, 较高地估计了单梁的屈服强度. 需
要注意的是, 在冲击后期 (第Ⅳ阶段), 无论是 QDF
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图 7   有限元模拟与 QDF模型预测的速度 v1

Fig. 7    Velocity v1 predicted by simulation and QDF model
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模型还是耦合分析模型, 其预测的 v1 与有限元结果

相比均衰减得更快, 产生这种差别的原因是对冲击

后期单梁速度场的假设不够准确, 需要在后续研究

中进一步修正.
QDF 模型由于其“冲量传递”的分析方法, 无法

得到泡沫子弹对单梁施加的载荷, 而耦合分析模型

预测的压强 p 与有限元结果中单梁所受压强吻合较

好, 如图 10所示. 在有限元模拟中, 泡沫子弹的初始

压溃需要响应时间, 接触区的压强实际是从 0 开始

迅速增加至峰值, 但由于这一过程过于短暂且迅速,
因此耦合分析模型忽略了该响应过程, 认为在泡沫

子弹的冲击端与固支梁接触的瞬间就发生了冲击压

溃并达到了峰值压强. 在耦合分析模型中, 随着波阵

面前后速度差距的减小和子弹压实区质量的逐渐增

大, 第Ⅰ和第Ⅱ阶段的冲击压强快速衰减. 当冲击过

程由第Ⅱ阶段进入第Ⅲ阶段时, 即 t = 0.1 ms 时, 理
论和模拟中的冲击压强均出现了明显的阶跃. 此时,
子弹中的冲击波阵面的消失和子弹运动状态的突变

导致冲击压强发生了突变. 第Ⅲ阶段中, 冲击压强的

衰减速度明显变慢. 冲击过程后期, 即 0.7 ms 后, 单
梁的弹性回弹使得其与泡沫子弹间产生了一些接触

与碰撞, 因此压强出现了小幅度的上升. 由于泡沫材

料在动态压缩下的初始压溃应力高于其准静态下的

初始压溃应力[26], 而耦合分析模型中使用的 R-PH
模型描述的是泡沫材料在准静态压缩下的应力–应
变关系, 因此有限元结果中的冲击压强略高于理论

预测压强.
通过对理论结果与有限元结果中速度、挠度、

冲击压强的比较, 耦合分析模型的有效性和准确性

得以验证. 观察冲击过程的 4 个响应阶段可以发现,
第Ⅰ和Ⅱ阶段中, 即泡沫子弹中有冲击波传播时, 子
弹对单梁的作功最多、影响最大, 说明泡沫子弹中

冲击波传播的效应无法忽略 (后文中对于冲击压强

的分析也主要针对第Ⅰ和Ⅱ阶段中的压强). 由于明

显的阶跃特征与各阶段不同的衰减速度, 均匀泡沫

子弹产生的载荷形式与爆炸载荷仍存在一定的差

距. 因此, 若想实现模拟具有连续非线性衰减特征的

爆炸载荷, 还需对泡沫子弹进行进一步的设计. 

3.3    冲击过程的其他情形

当泡沫子弹的参数发生改变时, 冲击过程还存

在一些其他情形 . 若单梁的第Ⅰ阶段速度场满足

1.4节中的梯形假设, 则初始时刻一定满足 x0 > 0, 由
式 (33)可得该请况下初始冲击压强 p0 应满足

p0 >
3σYh2

a2 (34)

当泡沫子弹的密度和初速度均较小时 (如子弹

P1, 其相对密度为 0.1, 初始冲击速度为 100 m/s), 初
始冲击压强 p0 也较小. 当 p0 < 3σYh2/a2, 不足以使单

梁在其跨中处附近形成两个内侧的塑性铰, 因此单

梁的第Ⅰ阶段速度场即为三角形速度场 (如图 2(b))
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图 8   有限元模拟与耦合分析模型预测的速度

Fig. 8    Velocity predicted by simulation and coupled model
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图 9   跨中挠度 w0 时程曲线

Fig. 9    Time history curves of mid-span deflection w0
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图 10   冲击压强 p 随时间的变化

Fig. 10    Variation of impact pressure p with time
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而非梯形速度场. 这种情况下子弹与单梁的初始阶

段的控制方程即为 1.4节中第Ⅱ阶段的控制方程组,
由边界条件 m1 = 0, v1 = 0, v2 = V0, w0 = 0, x0 = 0, σB =
p0 可化简得到单梁外塑性铰的初始位置分别为

x1(0) =
3
2

a+
6M0

ap0
(35)

子弹与单梁随后的响应过程与 1.4节中的相同.
当泡沫子弹的密度较大而总重较轻时 (如子弹

P7), 子弹的初始冲击压强 p0 较大, 但由于总质量较

轻, 子弹的压实区与未压实区的速度很快达到相等,
单梁的加速过程很快结束. 在此期间泡沫子弹对单

梁的加载峰值虽高但衰减也快, 使得子弹内的冲击

波消失时单梁的两个内侧塑性铰还未汇聚到跨中

处. 此后内塑性铰的位置将保持不变, 外塑性铰的位

置继续向外移动. 比较这些情形下耦合分析模型的

预测结果与有限元模拟结果发现, 无论是速度 (如
图 11 和图 12) 还是冲击压强 (如图 13) 均吻合得较

好. 当子弹的截面边长较长时, 还可能出现子弹冲击

波消失前外塑性铰已到达固支端的情形, 本文中不

再详细讨论. 

3.4    相同初始动量的泡沫子弹的参数影响分析

在泡沫子弹初始动量不变的前提下, 研究初速

度、密度等参数变化对冲击过程产生的影响. 以表 1
中的泡沫子弹 P3, P4, P5为例, 其相对密度 ρ 和初始

长度 l0 不同, 初始冲击速度 V0 和总质量 mp 相同, 因
此初始动量 I0 和初始动能 Ek0 均保持不变 . 由于

3 种子弹的初始动量相同, 采用 QDF 模型预测的响

应过程也完全相同, 但有限元结果中 3 种子弹冲击

下单梁的跨中速度 v1 具有显著差异, 这再次说明了

泡沫子弹的加载不能等效于脉冲加载, 如图 14. QDF
模型不适用于预测泡沫子弹的冲击过程, 也无法研

究初始动量相同时子弹的参数变化对冲击响应产生

的影响.
采用耦合分析模型进行预测时, 可以发现其对

子弹 P3, P4 和 P5 冲击过程的预测结果与有限元结

果均有较好的一致性, 如图 15. 当相对密度 ρ 越大

时, 子弹的波前和波后应力越大, 冲击压强 p 也越大,
使得子弹未变形区速度 v2 和单梁跨中速度 v1 变化
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图 11   泡沫子弹 P1的速度历程曲线

Fig. 11    Velocity history curves of foam projectile P1
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图 12   泡沫子弹 P7的速度历程曲线

Fig. 12    Velocity history curves of foam projectile P7
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图 13   泡沫子弹 P1和 P7的冲击压强历程曲线

Fig. 13    Pressure history curves of foam projectiles P1 and P7
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图 14   QDF模型预测速度 v1 与有限元结果比较

Fig. 14    Comparison between prediction velocity v1 of the QDF model
and simulation results
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得更快, 因此 v1 和 v2 会更快达到一致 (由于压实区

质量相较于子弹总重和单梁质量很小, 这里忽略压

实区质量变化带来的影响), 如图 15(a). 因此, 密度越

大的泡沫子弹形成的冲击压强峰值越高, 衰减得也

越快, 如图 15(b). 冲击过程中, 子弹的动能一部分转

化为单梁的动能和内能, 另一部分则通过子弹自身

的压溃行为被耗散, 转化为子弹的内能, 能量守恒关

系可表达为

Ek0 = Ek−b+EI−b+Ek−p+EI−p (36)

式中, Ek−p 和 Ek−b 分别为子弹和单梁的动能, EI−p 和

EI−b 分别为子弹和单梁的内能. 在 v1 与 v2 相等时刻,
由于子弹中的冲击波消失, 此后子弹不再压溃, 其内

能也不再增加, 在这一时刻子弹的内能即为冲击结

束时子弹的内能. 从图 15(a) 中可以看出, 与子弹

P3 相比, 子弹 P5 冲击下的单梁在冲击波消失时刻

的跨中速度和挠度更大, 因此该时刻子弹 P5和单梁

的动能 Ek−p, Ek−b 以及单梁的内能 EI−b 均偏大, 子弹

P5 的内能 EI−p 偏小. 当冲击结束时, 子弹的初始动

能完全被单梁和子弹自身耗散, 转化为两者的内能,
此时有

Ek0 = EI−b+EI−p (37)

由于子弹 P3和 P5的初始动能均相同而后者的

内能 EI−p 偏小, 因此子弹 P5 冲击下单梁耗散的内

能 EI−b 增多, 产生的永久挠度也偏大. 虽然这三种泡

沫子弹的初始动能和动量均相同, 但相对密度和长

度的不同影响了冲击过程, 导致子弹产生的冲击压

强和单梁的响应行为均产生了差异.
对于泡沫子弹 P2, P4, P6, 其相对密度 ρ 和初始

动量 I0 保持一致, 初始冲击速度 V0、初始长度 l0 和
子弹总重 mp 不同. 子弹 P6 的初始冲击速度 V0 较

高, 因此子弹的波后应力增强, 产生较强的冲击压强,
单梁的跨中速度 v1 也增加较快. 由于波前应力不发

生改变且子弹 P6 的总重偏小, 其未变形区的速度

v2 也衰减得较快, 如图 16(a), 冲击压强整体呈峰值

高 ,  衰减快的变化规律 ,  如图 16(b). 相较于子弹

P2和 P4, 泡沫子弹 P6的初始动能较大, 因此在其冲

击下单梁的最终挠度也越大. 耦合分析模型预测的

不同子弹冲击下单梁的永久挠度与有限元模拟结果

虽具有一些差距, 但整体变化趋势吻合较好, 如图 17,
这也再次验证了耦合分析模型的有效性和可靠性. 
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图 15   泡沫子弹 P3和 P5的冲击响应

Fig. 15    Impact response of foam projectiles P3 and P5
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图 16   泡沫子弹 P2和 P6加载下的冲击响应

Fig. 16    Impact response of foam projectiles P2 and P6

2170 力            学            学            报 2022  年 第  54  卷



P2 P3 P4 P5 P6
0

5

10

15

20

25

bullet number

simulation
QDF model
coupled model

fin
al

 m
id

-s
pa

n 
de

fle
ct

io
n,

 W
0/m

m

 
图 17   等初始动量子弹 P2至 P6冲击下单梁的永久跨中挠度 W0

Fig. 17    Final mid-span deflection W0 of beam impacted by projectile
with same initial momentum I0

  

3.5    泡沫子弹的参数影响分析

泡沫子弹的相对密度 ρ, 初始长度 l0 及初始冲

击速度 V0 的改变会对冲击过程产生不同的影响. 对
于长度和初速度相同的泡沫子弹, 相对密度越高的

子弹波后应力 σB 越大, 由式 (17) 和式 (18) 可知冲

击压强峰值和单梁的跨中加速度均会随着波后应力

的增大而增大 , 这会使得高密度子弹的波前速度

v2 和波后速度 v1 更快达到一致, 因此第Ⅰ, Ⅱ阶段

的冲击压强衰减得更快, 持续时间也更短, 如图 18.
当泡沫子弹的相对密度和初速度均相等, 而初始长

度 l0 不同时, 子弹在初始时刻形成的冲击压强峰值

不会发生改变. 当子弹的长度越长, 子弹的质量越重,
导致未变形区的速度 v2 衰减较慢, 子弹会较迟进入

整体减速阶段, 因此长度越长的子弹打击单梁时, 第
Ⅰ, Ⅱ阶段的冲击压强的衰减速度变慢, 持续时间变

长, 如图 19. 当泡沫子弹的其他参数不变, 初始速度

V0 越高时, 冲击压强峰值越高, 子弹的压实速度变

快, 因此子弹的未变形区质量偏低, 子弹远端的速度

v2 会衰减较快, 冲击压强的衰减速度也变快. 但由于

子弹初速度较大, 子弹波阵面前后速度达到一致所

需的响应时间也更长, 因此第Ⅰ, Ⅱ阶段的冲击压强

的持续时间也更长, 如图 20. 综合以上分析, 可以根

据目标冲击载荷的特征对均匀泡沫子弹进行设计和

筛选: 提高泡沫子弹的密度可以提高冲击载荷峰值,
加快载荷衰减速度, 并减少载荷的持续时间; 增加泡

沫子弹的长度可以减缓冲击载荷衰减速度, 减少载

荷的持续时间且不改变载荷峰值; 提高泡沫子弹的

初始冲击速度可以提高冲击载荷的峰值, 提高载荷

的衰减速度并延长载荷的持续时间.
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图 19   初始长度 l0 对冲击压强的影响

Fig. 19    Influence of initial length l0 of on impact pressure
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图 20   初速度 V0 对冲击压强的影响

Fig. 20    Influence of initial velocity V0 on impact pressure
  

4     结 论

本文构建了泡沫子弹冲击单梁的耦合分析模

型, 通过有限元模拟对理论模型进行了验证, 并基于

耦合分析模型对冲击过程进行了分析, 主要结论如下.
(1) 结合泡沫材料的冲击波模型与单梁的结构

冲击动力学模型 , 并考虑子弹与靶体之间力、速

度、位移之间的耦合关系, 构建了描述泡沫子弹冲

击固支单梁过程的力学分析模型. 给出了不同响应

阶段下的控制方程组, 并采用 Runge-Kutta方法获得

了数值解.
(2) 基于 Voronoi技术开展了泡沫子弹冲击单梁
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图 18   相对密度 ρ 对冲击压强的影响

Fig. 18    Influence of relative density ρ on impact pressure
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的有限元模拟, 有限元结果与耦合分析模型的预测

结果吻合较好. 相较于经典的脉冲加载模型 (QDF
模型), 耦合分析模型更为精确地预测了单梁速度

场、挠度分布等的变化历程, 并获得了子弹速度和

冲击压强的变化历程.
(3) 由于泡沫子弹中冲击波的传播和子弹与被

测试物体间的耦合作用, 泡沫子弹的初始动量或初

始动能相同时, 其冲击初速度、相对密度和初始长

度的变化仍会对冲击过程产生影响. 通过对泡沫子

弹的参数分析, 针对具有不同特征的目标冲击载荷

给出了泡沫子弹的设计与筛选策略.
本文建立的耦合分析模型为研究泡沫子弹冲击

可变形靶体的过程提供了理论基础, 也为均匀泡沫

子弹的设计提出了指导性意见. 值得注意的是, 均匀

泡沫子弹在可变形靶体上形成的冲击载荷与真实爆

炸载荷仍具有一定的差异, 因此需对泡沫子弹进行

更合理的设计才能达到更好的模拟和测试效果. 此
外, 耦合分析模型的预测结果与有限元结果仍存在

一些偏差, 在后续的研究中可以从速度场假设、单

梁的屈服准则等方面对该模型进行进一步的改进.
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