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碾压混凝土真实应变率效应试验
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摘要: 为深入研究碾压混凝土动态力学特性,借助分离式霍普金森压杆(SHPB)装置对 3 种不同直

径圆柱试样进行了冲击压缩试验。 试验结果表明:碾压混凝土材料具有显著的应变率效应和尺寸

效应;混凝土类材料的动态抗压强度增强是材料自身特性、惯性效应和端面摩擦效应三者作用的结

果,确定碾压混凝土的真实应变率效应对碾压混凝土结构冲击荷载下动态响应预测具有重要意义。
基于真实应变率效应、横向惯性效应和端面摩擦效应互不相关的假定,对惯性和端面摩擦约束引起

的抗压强度增量进行了定量评估,并将其从试验结果中移除以获得碾压混凝土的真实动态增强因

子;最后,对修正的动态增强因子数据进行回归分析,得到了合理的碾压混凝土真实应变率效应经

验模型。
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Experimental study of the true strain rate effect of roller compacted concrete (RCC)
WEI Peiyong1,2, ZHANG Sherong1,2, WANG Xiaohua1,2, WANG Chao1,2

(1. State Key Laboratory of Hydraulic Engineering Simulation and Safety, Tianjin University, Tianjin 300350, China;
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Abstract: In order to investigate the dynamic mechanical properties of roller compacted concrete, a series of dynamic compression tests
have been carried out on roller compacted concrete cylindrical specimens with different diameters by the split Hopkinson compression
bar (SHPB). The test results show that the roller compacted concrete material has a significant strain rate effect, as well as size effect,
despite the dispersion of test results at high strain rates. That is to say, for the specimens with same size, the dynamic compressive
strength increases with increasing strain rate, and the compressive strength enhancement increases with increasing specimen size when
subjected to same loads. Moreover, recent studies have revealed that the above dynamic compressive strength enhancement is mainly
the result of the coupling effect of strain rate effect due to material properties (namely true strain rate effect), lateral inertia effect, and
end friction effect. It is of great significance to figure out the true strain rate effect of roller compacted concrete material for the better
prediction of the dynamic response of roller compacted concrete structures under impact load. Based on the assumption that the real
strain rate effect, lateral inertia effect and end friction effect are not related to each other, this paper quantitatively evaluates the
enhancement of compressive strength caused by the lateral inertia and end friction constraints effect by numerical simulation and semi鄄
theoretical derivation. Then the dynamic compressive strength enhancement is eliminated, and the true strain rate effect of roller
compacted concrete material is obtained by the regression analysis of the corrected DIF data. The results show that the obtained true
strain rate effect of roller compacted concrete is relatively close to the model proposed by Fib code and Hao.
Key words: roller compacted concrete (RCC); true strain rate effect; SHPB test; inertia effect; end friction effect

近年来,随着恐怖主义、地区冲突加剧,制导导弹、炸弹等导致的爆炸袭击风险不断增加。 作为水利枢纽

的核心建筑物,水工大坝在极端荷载下一旦失事会对工程本身乃至大坝下游造成不可估量的损失。 因此,研
究各种爆炸荷载下大坝的损失机制及失效模式至关重要。 作为一种特殊的混凝土材料,碾压混凝土因其特
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殊的配合比和施工成型方式而广泛应用于重力坝和拱坝工程中[1]。 为了准确预测碾压混凝土坝在爆炸等

极端荷载下的损伤机理和失效模式,亟须建立考虑应变率效应的碾压混凝土动态本构模型,合理评价其应变

率关系是进行碾压混凝土坝抗爆性能评价的首要任务。
研究表明,混凝土类材料力学性质具有明显的应变率效应,由应变率效应引致的强度增强通常由动态增

强因子(dynamic increase factor,DIF)表征[2鄄4],现今许多 DIF 经验公式被用于工程设计与结构分析中[4鄄5]。
作为一种混凝土材料,碾压混凝土的动态行为也呈现出明显的应变率敏感性,前期已基于碾压成型方式(初
始损伤[6]、软弱夹层[7]等)对碾压混凝土动态压缩性能的影响进行了大量研究。

然而,现有 DIF 公式之间存在较大的差异。 除试验条件外,研究表明,惯性和端面摩擦约束导致的结构

效应是引起这种差异的重要原因[8鄄11]。 同时,结构效应与试件尺寸密切相关,因此包括碾压混凝土在内的混

凝土材料的动态力学行为呈现出与静态荷载下不同的尺寸效应[12鄄14]。 在特定应变率下,动态抗压强度随试

件尺寸增大而增强。 大尺寸试件具有更显著的应变率敏感性,但较高应变率下力学行为具有更明显的离散

性[14]。 由此推断,高应变率荷载下的强度增强可归因于材料应变率效应和结构效应。 此外,混凝土碎块分

形特征可以用于解释结构效应导致的动态抗压强度增量尺寸相关性[15]。
结构效应和真实应变率效应(即材料本身的应变率效应)是引起混凝土类材料 DIF 增大的主要原因,直

接采用分离式 Hopkinson 压杆(split Hopkinson pressure bar,SHPB)试验获得的 DIF 描述混凝土类材料必然会

高估动态抗压强度增强情况,因此有必要从试验结果中剔除结构效应的影响,避免对应变率效应的高

估[16鄄17]。 为了克服这一局限性,学者通过数值模拟、试验和理论解析等方法对 SHPB 试验中惯性效应进行研

究,其中部分研究试图将惯性效应引起的动态抗压强度增量与试验结果解耦。 如,Hao 等[9]通过数值模拟量

化惯性效应对 DIF 的贡献;Lee 等[16]进行了混凝土 SHPB 试验研究,并基于线弹性理论提出了可描述材料真

实应变率敏感性的 DIF 公式;陈徐东等[18]对冲击弯拉试验中的惯性力进行了讨论,并计算出了试件受到的

惯性力。 另一方面,试件与压力杆间的端部摩擦约束也会导致混凝土动态抗压强度增强的高估,有关学者提

出了端部摩擦约束与应变率、摩擦系数、长径比之间的经验关系[10鄄11,17,19鄄20]。 在此基础上,将从 SHPB 试验得

到的实测强度中消除了由横向惯性效应和端面摩擦效应引起的动态抗压强度增强量后,即可得到混凝土材

料的真实应变率效应,从而更精确地评估材料的动态力学行为。 尽管诸多学者已对常态混凝土应变率效应

开展了大量试验[21]和数值仿真[22]研究,但是作为一种特殊的混凝土材料,独特的材料组分和成型方式使得

碾压混凝土力学性能与常态混凝土不尽相同,且其应变率敏感性与常态混凝土存在一定差异[6鄄7]。
本文旨在研究消除结构效应(惯性效应和端面摩擦效应)以获得碾压混凝土材料真实的应变率效应。

为此,进行了 3 种不同尺寸的碾压混凝土 SHPB 试验,通过数值仿真、经验公式及简化理论模型确定了惯性

约束与端部摩擦约束引起的动态抗压强度增强,然后将结构效应引起的动态抗压强度增量分别从 SHPB 试

验获得的 DIF 数据中消除,通过回归分析得到碾压混凝土的真实应变率效应。

1摇 SHPB 试验

1. 1摇 原材料及试样制备

水泥采用祥云 P·MH42. 5 级中热硅酸盐水泥,满足 GB / T 200—2017《中热硅酸盐水泥、低热硅酸盐水

泥》要求;粉煤灰采用贵州火焰域级粉煤灰,满足 GB / T 1596—2017《用于水泥和混凝土中的粉煤灰》要求;
水胶比为 0. 50,其中粉煤灰占胶凝材料质量分数的 60% ;粗骨料采用人工碎石,最大粒径为 19 mm,其原岩

单轴抗压强度为 82. 0 MPa;减水剂采用 JM鄄域型缓凝高效减水剂,减水率为 24. 5% ;引气剂采用 HLAE 型引

气剂,含气量为 5. 4% 。 水泥、粉煤灰、水、砂、大石、中石、小石、减水剂和引气剂的质量比例为 70 颐 106 颐 88
颐 672 颐 452 颐 452 颐 603 颐 1. 408 颐 0. 088。

碾压混凝土成型时模拟了现场施工中分层碾压施工工艺。 使用 DC鄄25C 手持式振动碾对碾压混凝土拌

合物进行分层碾压,层厚为 10 cm,共计 5 层。 成型后的碾压混凝土在标准养护条件下养护 90 d,随后经过

钻芯取样、切割打磨等流程最终得到 3 种不同尺寸(芰50 mm伊25 mm、芰75mm伊37. 5 mm、芰100 mm伊50 mm)
的碾压混凝土试件。 试件制备流程见图 1。 需要注意的是,试件尺寸相较于骨料最大粒径偏小,可能影响试

件材料的均匀性,同时钻芯、切割和打磨等制备流程会给试件表面带来一定初始损伤,这些问题有可能影响

SHPB 冲击试验结果的离散程度。
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图 1摇 碾压混凝土试样制备流程示意图

Fig. 1摇 The preparation procedures for different dimensional RCC specimens

表 1摇 碾压混凝土试验方案编号

Table 1摇 Test scheme number for SHPB tests

试验类型 直径 / mm 长径比 分组 数量 气压 / MPa

单轴压缩试验 100 2. 0 A 5

SHPB 试验

50 0. 5

75 0. 5

100 0. 5

D50鄄A 8 0. 30
D50鄄B 8 0. 37
D50鄄C 8 0. 45
D50鄄D 8 0. 55
D75鄄A 7 0. 40
D75鄄B 9 0. 50
D75鄄C 8 0. 60
D75鄄D 8 0. 80
D100鄄A 8 0. 15
D100鄄B 10 0. 22
D100鄄C 10 0. 30
D100鄄D 9 0. 37

1. 2摇 试验设计

采用 3 种不同压杆直径 (50 mm、75 mm、
100 mm)的SHPB 装置分别对不同尺寸的试件进行

冲击压缩试验。 试验方案编号见表 1。 试验采用 4
种气压研究各尺寸试件动态压缩性能;通过脉冲整

形技术修正入射波形,以确保近似恒定应变率加载

以及试样中的应力均匀性。 同时,对碾压混凝土进

行准静态单轴压缩试验以确定其单轴抗压强度。
1. 3摇 有效性验证

基于一维应力波理论、平面假设和均匀性假

设,试验可从入射杆和透射杆上的应变片测得入

射、反射、透射应变脉冲。 由式(1) ~ (3)计算试

件的平均应变 着( t)、应力 滓( t)和应变率历史,图
2(a)为试验中获得的典型应力时程关系曲线。

图 2摇 试验合理性验证

Fig. 2摇 Experimental validation
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滓( t) = EbAb[着i( t) + 着r( t) + 着t( t)] / (2As) (1)
着·( t) = cb[着i( t) - 着r( t) - 着t( t)] / ls (2)

着( t) = cb 乙t
0
[着i( t) - 着r( t) - 着t( t)]dt / ls (3)

式中:cb 为压力杆纵向弹性波速;Eb 为压力杆弹性模量;Ab 为压力杆横截面面积,着i( t)为入射应变脉冲;
着r( t)为反射应变脉冲;着t( t)为透射应变脉冲;As 为试件横截面积;ls 为试件长度。

图 2(c)(d)为不同尺寸试件的典型应力 应变关系曲线及应变率 应变曲线。 试件前、后端面应力分

别为

滓f( t) = AbEb[着i( t) + 着r( t)] / As 摇 摇 滓r( t) = AbEb着t( t) / As (4)
摇 摇 图 2(c)(d)中各尺寸试件前后端面应力 应变曲线很接近(即 着i( t)+着r( t)抑着t( t)),可认为试验中试件

内部应力满足均匀性假设,因此试验有效。 对式(1) ~ (3)进行简化并用于碾压混凝土动态力学特性计算。
另一方面,应变率 应变曲线均存在一个相对平稳的阶段,说明通过合理运用脉冲整形技术可以实现恒定应

变率加载。

2摇 RCC 动态抗压强度的尺寸效应

表 2摇 相近应变率下不同尺寸 RCC 试件动态抗压强度

Table 2摇 Dynamic compressive strength for specimens with
same size under similiar strain rate

试件
组别

应变率 / s-1 动态抗压强度 / MPa

D50鄄A D75鄄B D100鄄D D50鄄A D75鄄B D100鄄D

1 64. 27 69. 73 70. 00 11. 70 12. 99 31. 14
2 69. 26 72. 00 71. 66 9. 76 21. 74 33. 58
3 70. 58 74. 66 70. 25 10. 82 12. 66 19. 70
4 69. 28 74. 83 73. 12 11. 60 20. 79 25. 53
5 70. 95 78. 35 73. 54 9. 22 20. 59 30. 08
6 71. 51 79. 67 78. 03 10. 75 28. 79 24. 66
7 74. 31 80. 17 74. 38 9. 45 26. 38 29. 76
8 71. 01 80. 21 79. 96 10. 18 18. 67 38. 91
9 80. 68 75. 76 14. 57 31. 62

均值 70. 15 76. 70 74. 08 10. 44 19. 69 29. 44

摇 摇 研究表明,混凝土类材料的动态抗压强度受结构

效应的影响,同时,大尺寸试件表现出更明显的应变率

敏感性,与尺寸相关的强度增强呈现出非线性的特

点[14],然而尺寸相关的结构效应不能准确反映真实的

材料应变率效应。 表 2 为不同尺寸试件在近似应变率

下(约 70 / s)的动态抗压强度,其中碾压混凝土试件

(芰100 mm伊200 mm)单轴抗压强度为 10. 17 MPa。 由

表 2 可知,相同应变率下碾压混凝土试件的动态抗压

强度均值随试件尺寸的增大而明显增强。
图 3(a)更直观地展示了结构效应导致的动态抗

压强度尺寸效应。 碾压混凝土动态抗压强度具有明显

的应变率敏感性和尺寸效应,此外动态抗压强度增量

也随应变率增长而变大。 将包含结构效应影响的动态

抗压强度增强定义为表观 DIF,即 SHPB 试验中获得

的动态抗压强度与单轴抗压强度的比值。 图 3(b)为不同尺寸试件表观 DIF 与应变率之间的关系。 由图 3
可知,采用表观 DIF 进行结构分析很可能会过高估计其动态抗压强度,进而得到不保守的结果。 此外,较高

的强度变化幅度有可能导致应变率关系的错误评估。 因此,有必要将结构效应从表观 DIF 中消除从而得到

碾压混凝土的真实应变率效应。

图 3摇 不同尺寸 RCC 寸试件 SHPB 试验结果

Fig. 3摇 SHPB test results for different dimensional RCC specimens
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3摇 真实应变率推导

研究表明,混凝土类材料的动态抗压强度增强主要由横向惯性效应、端面摩擦效应和真实应变率效应引

起。 如果直接使用由 SHPB 试验得到的 DIF 数据,相应的混凝土动态抗压强度会被高估。 假定真实应变率

效应、横向惯性效应和端面摩擦效应互不相关[23鄄24],则材料的动态抗压强度增强表达见式(4),真实应变率

效应可通过数值模拟等方法消除端面摩擦和横向惯性效应的贡献得到。
Ia = fd / fc = fc + 驻f着· + 驻fi + 驻f( )

滋 / fc (5)
式中:Ia 为直接由 SHPB 试验结果获得的表观 DIF;fd 为动态抗压强度;fc 为准静态抗压强度;驻f 着· 为材料真

实应变率引起的动态抗压强度增强;驻fi 为横向惯性效应引起的动态抗压强度增强;驻f滋 为端面摩擦效应引

起的动态抗压强度增强。
3. 1摇 SHPB 试验数值模拟方法

为研究横向惯性效应对 SHPB 试验的影响,建立如图 4(a)所示的简化均质数值仿真模型以模拟 SHPB
试验,混凝土试件和杆的网格尺寸分别控制在 0. 5 mm 和 3. 0 mm。 此外,采用关键字 CONTACT_SURFACE_
TO_SURFACE 模拟试件和杆之间的摩擦。

图 4摇 数值模型及验证

Fig. 4摇 Numerical model and verification

表 3摇 数值仿真中材料本构及其参数

Table 3摇 Material models and parameters in
numerical simulation

材料 材料本构
密度 /

(kg·m-3)
弹性模量 /

GPa 泊松比

杆 MAT_1 7 800 200. 0 0. 300
RCC MAT_72R3 2 230 11. 3 0. 167

摇 摇 选用 KCC 本构(MAT_072R3)模拟碾压混凝土动态

荷载下的力学响应。 对于 KCC 本构,仅需输入关键参数

(例 籽s =2 230 kg / m3,fc =11. 13 MPa),剩余参数可自动生

成。 入射杆和透射杆采用均质线弹性本构(MAT_1),数
值模拟中各材料本构及其参数见表 3。

在入射杆前端面施加 SHPB 试验测得的半正弦应力

波形,采用关键字 MAT_ADD_EROSION 中的最大失效主

应变控制 RCC 单元失效与删除,数值模型其他设置参考文献[25]。 如图 4(b)(c)所示,相同应变率下数值

模拟结果与 SHPB 试验得到的应力应变曲线吻合良好,验证了数值模型的合理性。
3. 2摇 表观 DIF 数据解耦分析

3. 2. 1摇 端面摩擦效应对 DIF 值的影响

试件 杆接触面的端面摩擦会在一定程度上限制试件的横向变形,进而影响 SHPB 的试验结果。 因此,
端面摩擦引起的动态抗压强度增强不可忽视。 Hao 等[10鄄11] 对 SHPB 试验进行了细观仿真,并研究了端面摩

擦等因素对动态力学性能的影响,结果表明端面摩擦引起的动态抗压强度受长细比、摩擦系数及应变率的影

响。 此外,为了量化端面摩擦对动态抗压强度的影响提出了相应的经验公式:
当 0. 5臆L / D臆2. 0,0. 0臆滋臆0. 5 且 10 / s-1臆着·臆600 / s-1时:

字 = I滋 = 0 / I滋 > 0 = exp(3. 052 4 伊 10 -2(L / D) - 0. 249 4滋 - 0. 104 3lg着· + 0. 156 3) (6)
驻f滋 = (1 - 字) fd (7)

式中:I滋>0为考虑端面摩擦效应的 DIF 值;I滋=0为不考虑端面摩擦效应的 DIF 值;字 为 I滋>0和 I滋=0的比值。
在 SHPB 试验中,试件长径比(L / D)均为 0. 5,因此试验中影响端面摩擦约束的因素为端面摩擦系数与应
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图 5摇 不同尺寸试件 SHPB 试验结果

Fig. 5摇 SHPB test results for different
dimensional RCC specimens

变率。 基于式(6),图 5(a)为应变率和摩擦系数对端面摩擦约

束的贡献率(驻f滋 / fd)的影响规律。 由图 5(a)可知,相同应变

率 着· 和长径比(L / D=0郾 5)下,端面摩擦约束对动态抗压强度

的影响随摩擦系数 滋 的增大而显著增长,因此合理的摩擦系

数取值是研究端面摩擦约束影响的基础。 然而,SHPB 试验

中混凝土试件与压力杆间接触面的实际摩擦系数难以准确

测量。 Hao 等[10]的研究表明,接触面的静摩擦系数通常小于

动态摩擦系数,滋= 0. 10 时数值模拟结果与试验结果比较吻

合。 因此端面摩擦约束引起的抗压强度增强评估中取 滋 =
0郾 10 进行进一步研究。 基于式(7),计算得到不同尺寸碾压

混凝土试件的抗压强度增量(图 5(b)),进而可消除 SHPB 试

验结果中断面摩擦约束的影响。
3. 2. 2摇 横向惯性效应对 DIF 值影响

为了准确评估碾压混凝土的真实应变率效应,消除表观

DIF 中惯性效应的影响尤为重要。 从 SHPB 试验中获得的表

观动态增强因子可表述如下:
Is = fd / fc = ( fc + 驻fi + 驻f滋) / fc (8)

式中:Is 为横向惯性效应和端面摩擦效应引起的动态抗压强

度增长因子。
采用图 4 中数值模型,将混凝土本构模型中 DIF 值设置为

常数 1,可以得到没有计入材料真实应变率效应的动态抗压强度增强因子。 当不考虑材料的真实应变率效应和

端面摩擦效应时,即 驻f 着· =0 且端面摩擦系数 滋=0,仅由惯性效应引起的动态抗压强度增量可以表述如下:
驻fi = ( Is - 1) fc - 驻f滋 (9)

摇 摇 定义惯性效应贡献率为( fi / ( Ia fc)),数值模拟获得的惯性效应贡献率与试件尺寸、应变率间的关系曲线

见图 6(a)。 相应地,图 6(b)为不同尺寸试件不同应变率荷载作用下因惯性效应引起的强度增量。 由图 6
可知,碾压混凝土动态抗压强度的惯性效应具有应变率敏感性和尺寸相关性,更高应变率或更大试件尺寸会

导致惯性效应的增强。

图 6摇 惯性效应引起的强度增量

Fig. 6摇 Strength enhancement from inertial effect

3. 3摇 碾压混凝土真实应变率效应

由 SHPB 试验直接获得的 DIF 数据是横向惯性效应、端面摩擦效应和材料真实应变率效应共同作用的

结果。 将量化的端面摩擦效应和横向惯性效应导致的动态抗压强度增量从 SHPB 试验直接获得的 DIF 数据

中消除后得到真实应变率效应:
I着· = ( fd - 驻fi - 驻f滋) / fc (10)

摇 摇 根据式(10)可得反映碾压混凝土真实应变率效应的修正后 DIF 数据,如图 7(a)所示。 式(11)广泛用

88



第 2 期 魏培勇,等摇 碾压混凝土真实应变率效应试验

于描述岩石、混凝土等准脆性材料的应变率效应[3],本文采用式(11)拟合真实动态强度增强与应变率之间

的关系:

I着· =
(着· / 着·0) k0 摇 摇 着· < 30 s -1

k1(着
· / 着·0) 1 / 3 摇 摇 着· 逸30 s -{ 1

(11)

式中:着·0 为准静态试验中的应变率,取值 8. 30伊10-5 s-1;k0、k1为方程系数。

图 7摇 碾压混凝土真实应变率效应

Fig. 7摇 True strain rate effect of RCC

采用最小二乘法对图 7(a)中修正的 DIF 数据进行拟合,确定式(11)中参数 k0 =0. 015,k1 = 0. 017。 图 7
(a)对本文提出的碾压混凝土真实应变率关系与现有经典模型[5,26鄄29]进行了比较。 由图 7 可知,尽管由于碾

压混凝土成型工艺导致修正后的 DIF 数据仍具有一定的离散性,本文提出的碾压混凝土真实应变率关系曲

线与 Fib 规范[26]和 HAO 等[5]提出的 DIF 关系较为接近,进一步验证了结果的合理性。
另一方面,部分学者引入了理论分析模型研究 SHPB 试验中的惯性效应。 Lee 等[16] 基于线弹性理论对

惯性效应引起的动态抗压强度增强进行了推导,研究表明惯性效应的主要影响因素有试样几何尺寸和应变

加速度。 因而由此产生的强度增强公式见式(12),其中应变加速度 咬着s( t)可以通过式(13)所示的中心差分

法获得(本文采用峰值强度前的均值)。 图 7(b)为由试验数据计算得到的应变加速度与应变率的关系,散
点图表明二者存在较明显的关联。

驻fi = k2籽sd2
s
咬着s + k3籽s l2s 咬着s (12)

咬着s( t) = [ 咬着s( t + 驻t) - 咬着s( t - 驻t)] / (2驻t) (13)
式中:k2为横向惯性效应的率相关参数;k3为轴向惯性效应的率相关参数。

将式(5)和式(12)代入式(10)中,非负边界条件下可采用最小二乘法拟合得到方程各参数:k1 = 0. 015 0,
k2 =0. 263 3,k3 =0. 065 8。 同时,为保证应变率效应的连续性,取 k0 =5. 177伊10-3。 通过消除惯性约束和端面

摩擦约束带来的动态抗压强度增强,可以由半理论公式推导出碾压混凝土的真实应变率效应。 由图 7(a)可
知,与数值模拟拟合曲线相比,半理论公式推导得到的真实应变率效应相对较弱,但是高应变率下二者均落

在 Fib 规范[26]和 Hao 等[5]提出的应变率效应范围内。

4摇 结摇 摇 论

a. 包括惯性约束和端面摩擦约束在内的结构效应显著影响碾压混凝土的动态抗压强度。 试验获得的

表观 DIF 具有明显的应变率效应,同时高应变率效应下试验数据离散性较大。 为了获得碾压混凝土材料的

真实应变率效应,需要消除惯性和端面摩擦约束引起的抗压强度增量。
b. 通过经验公式拟合和数值仿真模拟,量化了惯性和端面摩擦约束对碾压混凝土动态抗压强度的影

响,得到了碾压混凝土真实应变率效应的确定方法。
c. 通过对修正后的 DIF 数据进行回归分析,拟合得到了碾压混凝土材料的真实应变率效应公式。 将本

文得到的碾压混凝土真实应变率效应结果与文献中提出的经验模型进行比较,结果表明,碾压混凝土的真实

应变率效应与 Fib 规范[26]和 Hao 等[5]提出的模型比较接近。
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