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摘要

珊瑚混凝土（CAC）作为一种新型建筑材料，已经在岛礁工程结构建设领域引起了极大的关注。为了研究
CAC的静态劈裂抗拉性能，本文提出了一种考虑骨料形状和空间分布随机性的三维（3D）随机混凝土细
观模型，影响因素包括试件形状和支承垫片尺寸。我们建立了12个不同的混凝土细观模型，按照试件形
状可分为两种，即边长为 150 mm的立方体和尺寸为ϕ150 mm×300 mm的圆柱体。其中，支承垫片宽度
为 6 mm、9 mm、12 mm、15 mm、18 mm和 20 mm。本文系统分析和讨论了试件几何形状和垫片宽度对
CAC劈裂抗拉性能的影响规律，研究内容包括混凝土开裂过程、最终破坏模式和劈裂抗拉强度（fst）。结
果表明：本文所开发的细观模型具有很高的可靠性，并确定了适用于CAC劈裂抗拉性能模拟和预测的最
优计算参数。CAC的 fst值与试件形状和垫片宽度直接相关。其中，在垫片尺寸相同的情况下，立方体
CAC试件的 fst值要略高于圆柱体模型，表明可以采用断裂面积的差异来解释试件形状效应对CAC fst值
的影响规律。此外，当垫片的相对宽度由0.04增加到0.13时，CAC的 fst值会呈现逐渐增大的趋势。基于
弹性力学理论，本文初步确定了不同垫片宽度条件下CAC fst的取值范围，这对于研究CAC的抗拉性能具
有重要意义。
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1. 引言

众所周知，混凝土是一种准脆性材料，其抗拉强度远

小于抗压强度，这意味着混凝土的拉伸破坏是造成混凝土

结构破坏的主要因素。基于大量的理论分析、实验和数值

模拟研究工作[1‒2]，研究发现，相较于直接拉伸试验和

断裂模量试验，混凝土劈拉试验被认为是测定混凝土抗拉

强度的最有效的方法。一般来说，在混凝土劈拉试验中，

竖向荷载会将混凝土试件沿加载平面一分为二，而混凝土

中的水平拉伸应力可以间接地由竖向荷载推导得出。许多

研究者[3‒4]已经发现，在混凝土试件的典型破坏模式中，

许多裂缝会沿荷载方向产生，并且在试件上部和下部的加

载位置会发生一些压碎破坏。因此，压缩加载位置处产生

的应力集中现象，会导致混凝土劈裂抗拉强度产生误差，

一般要比直接抗拉强度偏大5%~10% [5]。Carneiro和Bar‐

cellos [6]使用圆柱形试件开展了首次混凝土劈拉试验。此

后，这种试验方法得到了学术界的广泛认可，并被纳入多

种混凝土试验标准以用于混凝土抗拉强度的测试，如
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ASTM C496-90 [7]、BS 1881-117 [8]、ISO 4108 [9]和GB/

T50081 [10]。

在混凝土劈拉力学性能研究中，国内外学者采用的试

件形状各不相同，包括立方体[11]和斜方体[12]等。Rocco

等[13]根据线弹性理论研究了试件形状对混凝土劈裂抗拉

强度的影响规律，并考虑了荷载作用处的局部应力集中效

应，研究发现，在劈拉垫片宽度不变的情况下，边长为D

的立方体试件的劈裂抗拉强度大于尺寸为ϕD×H的圆柱体

试件。Zhou等[14]采用大量的立方体（边长为150~750 mm）

和圆柱体混凝土试件（直径D为150~750 mm，D/H为 1/2）

开展混凝土劈拉试验，验证了类似于文献[13]所报道的形

状效应。除此之外，根据混凝土劈拉试验和基于弹性理论

的理论分析结果[1,15‒16]，可知混凝土的劈裂抗拉强度与

放置在混凝土试件和加载点之间的劈拉垫片宽度直接相

关。Rocco等[17‒18]通过研究发现，规范中基于弹性理论

推导而得到的标准化公式，不适用于混凝土的实际劈裂抗

拉强度计算，其受混凝土试件几何形状及劈拉垫片宽度的

影响较大。此外，Rocco等[19]根据相应的试验结果发现：

相较于使用劈拉垫片的情况，未采用劈拉垫片的劈拉试验

所得到的混凝土劈裂抗拉强度要降低约 8%，且混凝土劈

裂抗拉强度会随着垫片宽度的减少而逐渐降低。当垫片的

相对宽度（b/D）小于 4%时，垫片尺寸对混凝土劈裂抗

拉强度的影响可以被忽略[19]。然而，在圆柱体/立方体混

凝土试件的劈拉试验中，对劈拉垫片宽度并未设定统一的

标准。例如，在ASTM C496-90 [7]和BS 1881-117 [8]标准

中，静态劈裂圆柱体试验的垫片宽度分别被建议为25 mm

和(15±2) mm。在BS 1881-117 [8]和GB/T 50081 [10]标准

中，立方体劈拉试验的垫片推荐宽度分别为 4~15 mm和

20 mm。综上可知，研究试件几何形状和劈拉垫片宽度对

混凝土静态劈裂抗拉强度的影响具有很大的科学意义。

针对世界范围内对岛礁工程建设的迫切需求，一种新

型的轻骨料混凝土——珊瑚混凝土（CAC）凭借其优异

的性能及独特的资源优势（就地取材选用来自珊瑚礁和岛

屿的珊瑚碎屑和海水），受到了国内外学者的广泛关注，

其主要原材料包括珊瑚骨料、水泥、海水和其他外加剂

[20‒21]。CAC最早出现在第二次世界大战期间，其主要

由海水及太平洋各岛屿产生的珊瑚骨料组成，美国海军土

木工程实验室针对CAC的配合比和基本力学性能（如抗

压强度、弹性模量和抗弯强度）开展了一系列的试验研究

工作[22‒24]。随后，Scholer [25]和Howdyshell [26]考察并

研究了太平洋岛屿上CAC结构的耐久性和强度，认为由

珊瑚骨料和海水引起的氯离子腐蚀是对CAC结构耐久性

的主要威胁，且混凝土强度与CAC中的氯离子含量有关。

根据高性能混凝土的制备原理及Yu等[27]提出的“富浆混

凝土理论”，国内外学者已经制备出了抗压强度在 30~

70 MPa范围内的高性能CAC，并在过去几年期间系统研

究了其力学性能 [28]。Mi 等 [29]比较了相同强度等级

（30~60 MPa）的CAC和普通混凝土（OPC）的劈裂抗拉

强度，发现CAC的抗拉强度要比OPC高出 9%~33%，且

这种强度差异会随着混凝土强度等级的提高而减小。

Ma等[30]研究了圆柱体CAC（ϕ70 mm×70 mm）试件的

静态劈裂抗拉强度，并将他们的结果与Mi等[29]基于边

长为100 mm的立方体CAC试件所得的试验结果进行了比

较。研究发现，通过圆柱体试件测得的CAC抗拉强度要

明显高于立方体试件。由此可知，试件几何形状的确会影

响CAC的劈裂抗拉强度，表明对此开展进一步的研究是

十分有必要的。此外，目前尚无有关支承垫片尺寸对

CAC劈拉试验结果的影响的研究，而这对于评估CAC的

抗拉强度至关重要。为了掌握混凝土在拉伸状态下的宏观

性能和失效机制，假设混凝土为两相、三相或四相复合材

料的细观方法已被广泛应用于混凝土抗拉行为的研究中

[31‒33]。Suchorzewski等[31]使用离散元模型（DEM）进

行二维（2D）数值计算，用以模拟混凝土的准静态劈裂

抗拉行为。基于微观计算机断层扫描（micro-CT）图像重

建混凝土细观结构，建立相应的混凝土细观模型，同时考

虑了混凝土中宏观空隙的存在。类似地，基于二维/三维

X射线微观CT图像，Skarżyński等[32]采用两种细观方法

[有限元模型（FEM）和DEM]研究了混凝土的拉伸行为，

研究内容包括混凝土的断裂行为及界面过渡区（ITZ）的

影响。Zhou和Hao [33]采用二维细观模型研究了高应变率

荷载作用下混凝土的动态拉伸行为，其中假设骨料为圆

形，ITZ被建模为骨料周围的薄弱边界。Jin等[3]建立了一

个三维细观模型来研究动态荷载作用下试件尺寸对立方体

混凝土试件劈裂抗拉强度的影响，并模拟了劈裂抗拉荷载

作用下混凝土试件的破坏模式及过程，最终提出了混凝土

劈裂抗拉强度的动态尺寸效应准则。然而，现有的混凝土

细观模型中的骨料模型主要是圆形（2D）、多面体（2D）

和球体（3D）等规则几何体，这些规则骨料模型在模拟骨

料形状和随机分布性方面存在较大局限性。因此，亟需开

发一个考虑混凝土中骨料的形状和随机分布特性的三维细

观模型，并将其应用于混凝土细观力学性能模拟研究。

本文的主要目标是采用三维细观模拟的方法，研究试

件几何形状和支承垫片宽度对CAC劈裂抗拉强度的影响。

其中，CAC被看作由珊瑚骨料、砂浆和二者之间 ITZ区域

组成的三相复合材料。珊瑚骨料由具有随机形状特性的三

维随机骨料模型表示，这些骨料在砂浆基体中具有空间位
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置和方向随机分布的特性。建立了两种不同的CAC劈裂

抗拉试件模型，包括边长为150 mm的立方体模型和尺寸

为ϕ150 mm×300 mm的圆柱体模型。使用商用软件AN‐

SYS/LS-DYNA开展CAC试件的静态劈裂抗拉力学性能模

拟。基于所建立的三维细观模拟方法，可以获得CAC试

件的细观劈裂抗拉模拟结果，包括失效过程、最终破坏模

式和应力-位移关系，并与已有的CAC试验结果进行对比

分析。基于本文所获得的数值结果和已有试验数据，进一

步分析和讨论试件几何形状和垫片宽度对CAC劈裂抗拉

性能的影响规律。通过对试件形状效应和垫片尺寸效应进

行分析，得出CAC劈裂抗拉强度的变化趋势，可为CAC

劈拉试验提供理论指导。

2. 细观模拟方法

2.1. 随机骨料模型

相较于其他种类的细观模型，如格构模型[34]和随机

粒子模型[35]，考虑混凝土中骨料随机形状特征的随机骨

料模型[36‒37]已得到国内外学者的广泛认可并被应用于

混凝土细观力学性能的研究中。此外，骨料和砂浆基体之

间存在的 ITZ区域，可以使用随机骨料模型周围的实体单

元来进行表征[38]。Wittmann等[39]最早采用二维随机圆

形模型来模拟混凝土的破坏过程。后来国内外学者建立了

很多不同种类的随机骨料模型，用以研究混凝土的细观力

学性能，如二维多边形模型[40]、三维椭圆体模型[41]和

三维球体模型[42]等。

混凝土中的天然骨料具有棱角尖锐和表面粗糙的细观

特征，导致上述规则细观骨料模型很难准确模拟混凝土中

的粗骨料，进而影响混凝土的细观力学性能数值结果

[43]。因此，具有随机骨料形状的三维凸多面体模型已被

建立及用于珊瑚骨料细观特征的模拟中。这些三维随机骨

料模型的整体和局部的形状特性需要由颗粒球度和棱角性

指数来进行控制，详细的三维骨料模型生成算法可参考文

献[37]。图 1展示了三维随机骨料模型和实际珊瑚骨料的

对比结果。由图可见，三维随机骨料模型可以准确地模拟

出珊瑚骨料的形状和表面不规则特征。这些骨料模型的等

效直径范围是 5~20 mm，与已有研究[28‒30]中的实际骨

料级配相一致。

2.2. 细观模型的生成

在细观尺度，混凝土通常被简化为三相复合材料，其

中粗骨料主要由形状、尺寸、含量和空间位置四个因素控

制。正如前文所述，所建立的三维随机骨料模型可以准确

地表征混凝土中骨料的随机形状特征。骨料的尺寸和体积

分数由混凝土强度等级确定，可以采用Fuller级配曲线来

对其进行描述（图2）。本研究采用“Take and Place”算

法[39]，将生成的三维随机骨料模型投放到混凝土空间区

域内。通过骨料平移和旋转的方法来调整和确定每个骨料

模型的空间坐标。图 2 展示了尺寸为 150 mm×150 mm×

150 mm的立方体试件中随机分布的骨料模型，其中，骨

料尺寸在5~20 mm范围内，体积分数为35%。

为了对混凝土的力学性能进行数值分析，必须建立一

个包含三种细观组分（粗骨料、砂浆基体和 ITZ）的混凝

土有限元模型。在三维随机细观模型的有限元网格划分过

程中，如何准确识别每种细观组分并分别定义和描述其各

自材料属性及应力-应变关系，是十分重要的工作。通过

采用 Fang等[44]提出的映射网格划分算法和材料识别算

法，可以得到如图 3所示的三维混凝土细观有限元模型，

其中，最小网格尺寸为 1 mm。根据我们在前期研究[21]

中得到的 ITZ厚度的尺寸收敛性结果，可知当 ITZ厚度设

置为1~2 mm时，其对数值结果的影响可以忽略不计。因

此，在我们的三维随机细观模型中，ITZ厚度被设定为1~

2 mm。其中，边长为 150 mm 的立方体模型和尺寸为

ϕ150 mm×300 mm的圆柱体模型的实体单元数量分别为

337 500和1 725 960。基于文献[28‒30]中CAC的粗骨料体

积分数（40%~45%），分别将立方体和圆柱体细观模型中

的骨料体积分数设定为 42.2%和 43.4%。三维随机骨料模

型和有限元模型都是使用ANSYS/LS-DYNA软件生成。本

文采用侵蚀删除技术来模拟混凝土的失效破坏行为，即当

某实体单元的最大应变值超过临界侵蚀准则时，该单元将

被自动删除。参照已有研究结果[21,30]，分别选用砂浆和

图1. 三维随机骨料模型和实际珊瑚骨料（5~20 mm）的比较。
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ITZ的最大主应变（0.15）和剪切应变（0.8）作为其侵蚀

准则，而珊瑚骨料的侵蚀准则采用其最大主应变为0.20。

本文认为混凝土试件几何形状和支承垫片宽度是影响

CAC静态劈裂抗拉强度的重要因素。参照不同混凝土劈

裂抗拉试验规范中对试件形状及垫片宽度的规定（表 1 

[7‒8,10]），一般采用立方体和圆柱体试件来开展混凝土劈

拉试验。在不同的标准中，支承垫片宽度在6~25 mm范围

内变化，对应的相对宽度（β = b/D）值为 0.04~0.17。因

此，对应于图3所示的立方体和圆柱体试件，垫片宽度被

设定为6~20 mm（β = 0.04~0.13）。如图3所示，不同宽度

的支承垫片被对称地放置在试件的侧表面。采用单调位移

加载（速率为7.5×10−6 m∙s−1）的方式在上层垫片表面施加

均匀位移荷载，整个劈拉试验系统被下层垫片约束控制。

2.3. 材料模型和分析参数

众所周知，混凝土中的每种细观组分都具有不同的物

理和力学性能，这是导致混凝土非匀质特性的主要原因。

换言之，每种细观组分的材料属性会显著影响混凝土的力

学性能，因此必须采用合适的材料参数来对其进行定义。

根据已有的混凝土劈裂拉伸[45]、剥落[46]和直接拉伸[47]

图2. Fuller级配曲线和立方体试件中的粗骨料分布。

表1　混凝土劈拉试验规范中对试件几何形状和支承垫片的要求

Standard number

ASTM C496 [7]

BS 1881-117 (BSc150/10) [8]

BS 1881-117 (BSq100/4) [8]

BS 1881-117 (BSq100/15) [8]

BS 1881-117 (BSq150/4) [8]

BS 1881-117 (BSq150/10) [8]

GB/T50081 [10]

Split-tensile specimen

Shape

Cylinder

Cylinder

Cube

Cube

Cube

Cube

Cube

Size (mm)

ϕ150 × 300

ϕ150 × 300

100 × 100 × 100

100 × 100× 100

150 × 150 × 150

150 × 150 × 150

150 × 150 × 150

Slenderness

2

2

1

1

1

1

1

Load-bearing strip

Width b (mm)

25

15 ± 2

4 ± 1

15 ± 2

6 ± 1

15 ± 2

20

Relative width β

0.17

0.10

0.04

0.15

0.04

0.10

0.13

图 3. 具有不同形状和支承垫片尺寸的CAC三维细观模型。（a）立方体模型（150 mm×150 mm×150 mm）；（b）圆柱体模型（ϕ150 mm×300 mm）；

（c）具有不同垫片宽度的模型。
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性能模拟结果，可知 LS-DYNA 中的 Karagozian & Case

（K&C）模型[48]（MAT_72）可以适用于劈裂抗拉荷载作

用下的CAC细观性能模拟。

需要指出的是，K&C材料模型主要采用三个失效面

来描述混凝土的塑性行为。在K&C模型中，分别采用动

态增强因子和损伤变量λ来描述混凝土的应变率效应和损

伤效应。三个失效面的表达方式及相互关系定义如下：

Dσy =
ì

í

î

ïïïï

ïïïï

a0y +P/(a1y + a2y P)       P ³ 0.15fc       

1.35f t + 3P(1 - 3f t /fc )   0 <P < 0.15fc

1.35(P + f t )                    P £ 0                

(1)

Dσm =
ì

í

î

ïïïï

ïïïï

a0 +P/(a1 + a2 P)          P ³ fc /3      

1.5/ψ(P + f t )                 0 <P < fc /3

3(P/η + f t )                     P £ 0           

(2)

Dσr = a0f +P/(a1f + a2f P) (3)
Dσ =

ì
í
î

ïï

ïï

η ( )Dσm -Dσy +Dσy     (strain hardening)

η ( )Dσm -Dσr +Dσr      (strain softening)
(4)

式中，a0、a1、a2、a0y、a1y、a2y、a0f、a1f和 a2f是材料常

数；fc是抗压强度；ψ是系数；P = −σkk/3是压力；ft是抗

拉强度；η是屈服比例因子，其可表示损伤变量 λ的

函数。

λ =

ì

í

î

ï
ïï
ï

ï
ïï
ï
ï
ï

∫
0

ε̄p dε̄p

γ(1 +P/f t )
s1

    P ³ 0

∫
0

ε̄p dε̄p

γ(1 +P/f t )
s2

    P < 0

(5)

式中，dε̄p = 2/3dεp
ijdε

p
ij 是等效塑性应变增量；dεp

ij是应变

增量张量；s1和 s2分别是压缩和拉伸的损伤比例参数；γ
是动态增强因子。

K&C模型中的断裂能量可被定义为应力-应变曲线下

方的面积，通常定义为：

Gf = h∫σdε (6)
式中，Gf是断裂能量；h是特征单元长度。混凝土在拉伸

和压缩荷载作用下的压力软化行为可以由体积塑性应变来

表示，即 Dλ = s3 fdkd (εv - εvyield )。其中，s3是用户自定义

标量乘数，kd是内标量乘数，εv是体积应变，εv, yield是屈

服体积应变，fd被用于减轻体积损伤的影响。

Malvar 等 [49]采用 Release III （*Mat_Concrete_Dam‐

age_REL3）进一步改进了K&C模型，简化了其模型参数

输入过程。其中，在输入一些基本参数后，如抗压强度

fc、抗拉强度 fT、剪切模量Gs、质量密度 ρ和泊松比μ，会

自动生成与混凝土K&C模型相匹配的模型分析参数。

根据文献中的南海岛礁珊瑚骨料的物理力学性能试验

结果[30,50‒51]，珊瑚骨料的材料模型参数被初步设定为：

fc = 10 MPa，fT = 1.2 MPa，ρ = 2557 kg∙m−3，μ = 0.23。此

外，基于参考文献[23]中不同水灰比珊瑚砂浆的力学性能

数据，确定C30珊瑚砂浆的材料模型参数为：fc = 30 MPa，

fT = 5.6 MPa，ρ = 2350 kg∙m−3，μ = 0.21。考虑到 ITZ的尺

寸（μm）限制，很难通过试验直接测得其宏观力学性能

指标，特别是 fT 和 μ。本文采用珊瑚骨料立方体样品

（2 cm×2 cm×1 cm）和水泥浆试件（2 cm×2 cm×1 cm）之

间的黏结强度（3.5 MPa）[30]作为CAC中 ITZ的抗拉强度

值。此外，根据学术界公认的“弱化砂浆”理论[52]，ITZ

可被看作一种位于砂浆基体和骨料间的“弱化砂浆”区

域，其力学性能一般被估算为砂浆的 75%~80%。因此，

本文初步确定 CAC 中 ITZ 的其他力学性能参数为：fc = 

21 MPa，fT = 3.5 MPa，ρ = 2350 kg∙m−3，μ = 0.15。

2.4. 细观模型验证

本节将对上述细观模型的有限元网格敏感性进行研

究。图 4 展示了使用不同尺寸网格（1 mm、2 mm 和

3 mm）划分的CAC立方体模型的准静态劈裂抗拉行为。

由图 4（a）可知，由于缺乏合适的正则化技术，静载条

件下的细观模型的局部应变依赖于网格尺寸。例如，相较

于使用大尺寸网格（2 mm或 3mm）得到的混凝土细观模

型，使用小尺寸网格（1 mm）的细观模型中的骨料和 ITZ

体积分布会更加真实和均匀。类似地，在准静态劈裂抗拉

荷载条件下，使用小尺寸（1 mm）网格的CAC细观模型

的开裂破坏形态要更加真实。尽管混凝土模型的劈拉裂纹

形状相似，但使用小尺寸（1 mm）网格的细观模型的裂

纹更加细小，且更接近于试验结果[29]。因此，尺寸为

1 mm 的网格更适合于模拟混凝土的劈拉开裂行为。由

图4（b）所示的CAC劈拉荷载-位移曲线可知，CAC的劈

拉峰值应力与细观模型的网格尺寸有关。随着网格尺寸的

增大，CAC的峰值应力表现出略微的增大趋势。然而，

使用不同网格尺寸的混凝土细观模型之间的应力差异较

小，这与前人的研究结果一致[3,21]。此外，根据我们以

前的工作[21,44]可知，三维随机细观模型的最佳网格尺寸

通常为最小骨料尺寸的 1/4~1/8，在此情况下所得到的细

观模型可以真实地描述混凝土中的骨料和 ITZ相。在本研

究中，单元网格尺寸被设定为 1 mm，其是最小骨料尺寸

（5 mm）的1/5，处于有限元网格的合理尺寸范围内。

通过细观数值模拟结果和文献[29,53‒54]中的试验结

果的对比分析，前文介绍的CAC三维随机细观模型和材

料模型参数的可靠性得到了有效验证。本文建立了一个边

长为 100 mm、骨料体积分数为 43.2%的三维立方体细观

模型，用以模拟 Mi 等[29]使用具有相近骨料体积分数
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（45.5%）的立方体试件开展的C40CAC劈拉试验。Mi等

在试验中使用了 5~20 mm的连续级配破碎珊瑚骨料，我

们的细观模型中的骨料粒径范围也是 5~20 mm（图 1）。

支承条的宽度为 20 mm。图 5（a）和（b）分别展示了劈

裂抗拉荷载作用下CAC试件的试验和数值破坏模式。

根据图5（a）所示的试验结果[29]可知，主要裂缝出

现在立方体试件的中心平面。此外，可以在加载位置处发

现明显的压缩性破坏现象，这主要是由存在于支承垫片和

混凝土试件之间的集中应力分布造成的。可以看到，由于

混凝土的非匀质性，其劈裂抗拉断裂面在试件中心平面附

近蜿蜒穿行，这与图 5（a）所呈现的试验开裂模式非常

一致。图 5（b）展示了加载位置附近的应力集中分布和

局部开裂破坏现象。由图 5（a）可见，可以在混凝土试

件的断裂面上观察到明显的珊瑚骨料开裂破坏痕迹。Da

等[28]和Ma等[30]在其实验工作中观察到了相同的珊瑚骨

料破坏模式，并将其归因于珊瑚骨料的高孔隙率和低强度

特性。值得注意的是，使用本文所提出的细观模型可以准

确地模拟CAC中珊瑚骨料的空间位置和开裂模式，如图5

（b）所示。这表明所采用的细观模型和材料模型适合于模

拟CAC的劈裂抗拉力学行为。此外，根据文献[29]中立方

体CAC试件的劈裂抗拉强度（fst）和 fc之间关系的比较，

可以建立一个可靠的回归拟合公式，如图 5（c）中的蓝

色虚线所示[53‒54]。由图可见，基于试验结果所得的回

归曲线，可以用于对具有不同 fc值（20~40 MPa）的CAC

立方体试件的 fst值进行预测，说明三维随机细观模拟方法

和相应的模型参数在模拟CAC在劈裂抗拉荷载条件下的

力学性能方面是非常可靠的。

同样地，使用相同的细观模型和模型参数，对比分析

了准静态单轴压缩荷载下的CAC的数值和试验结果，包

括CAC试件的失效破坏模式和应力-应变曲线，见图 6。

图 6（a）展示了文献[29]中的CAC单轴压缩试验结果和

数值模拟结果的对比图，可以发现二者间吻合程度良好，

说明可以采用所提出的三维细观模型对CAC进行模拟。

图5. CAC在静态劈裂抗拉荷载作用下的试验和数值结果对比。（a）试

验破坏模式；（b）数值破坏模式；（c）静态劈裂抗拉强度[29,53‒54]。

图4. 网格敏感性对立方体CAC试件劈裂抗拉性能的影响。（a）破坏模式；（b）应力-应变曲线。
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其中，应变率被设定为10−5 s−1，且未考虑试件上下表面的

摩擦效应。此外，通过比较图 6（b）给出的CAC压缩应

力-应变曲线，可以看出数值曲线与试验曲线之间存在良

好的一致性[28]。综上所述，本文所开发的三维细观模拟

方法在模拟不同荷载条件下CAC力学响应方面具有较高

的可靠性。因此，前文所确定的有限元模型及材料计算参

数将被应用于后续的数值分析中。

3. 细观结果和讨论

基于上述细观模型，可以获得CAC的细观力学性能，

本节将对这些细观模拟结果进行讨论。分析了不同CAC

试件的失效过程、最终破坏模式和应力-位移关系，并考

虑了试件几何形状（立方体和圆柱体）和支承垫片宽度

（6 mm、9 mm、12 mm、15 mm、18 mm和 20 mm）等因

素的影响。

3.1. 失效过程

为了评估CAC在劈裂抗拉荷载条件下的失效机制，

图7和图8分别展示了立方体和圆柱体CAC模型的整体和

局部失效过程，其中支承垫片的宽度为9 mm。如图7（a）

和图 8（a）所示，我们沿着加载方向将立方体和圆柱体

模型在其中心平面一分为二，用以研究其局部失效过程。

如图 7（b）和图 8（b）所示，应变集中首先出现在

试件和垫片之间的上部加载端，然后沿着荷载方向在中心

平面内逐渐传播。随后，下部加载端也开始出现应变集中

现象，且沿着试件中心平面向上传播，直至上下劈拉裂缝

在试件中心相遇并连接，然后将试件一分为二。除了将试

件整体一分为二的较宽主裂缝之外，在加载位置附近区域

也产生了一些次生裂纹[图7（b）]，这可能是由中心平面

骨料的出现所造成的。综上所述，CAC的劈拉开裂模拟结

果与Mi等[29]和Ma等[30]提供的试验结果高度一致，如图

7和图8所示。然而，源于上部加载端的裂纹扩展速度要比

下部加载端的裂纹快，这可以解释劈裂抗拉荷载作用下

CAC的实际破坏行为。当对比立方体和圆柱体CAC试件

的失效过程时，可以发现圆柱体中的应变集中区域比立方

体宽，这可能归因于圆柱体模型所设置的弹性塑性应变范

围较小（0~0.001）。需要指出的是，我们为圆柱体设置较

小的弹性塑性应变范围的主要目的是突出其失效过程，但

由于其断裂面较大，导致其失效速度明显比立方体试件慢。

根据CAC的局部破坏特征[图 7（c）和图 8（c）]可

以得到其在静态劈裂抗拉荷载条件下的破坏过程。值得注

意的是，由于 ITZ抗拉强度较低，其应变集中现象会比砂

浆和骨料更加显著，进而导致微裂纹易于通过 ITZ产生及

传播。此外，根据Mi等[29]和Ma等[30]的试验结果还可

发现（图7和图8），珊瑚骨料的断裂行为发生在立方体和

圆柱体CAC试件的劈裂破坏面，表明准静态荷载作用下

的裂缝可以通过甚至穿透珊瑚骨料。通过采用细观模拟方

法，可以根据等效应变的变化来准确表征珊瑚骨料中的应

力萌生、传播和集中，如图 7（c）和图 8（c）所示。根

据已有的试验和数值研究结果，CAC中的珊瑚骨料断裂

主要归因于两个因素：一是由于珊瑚骨料是一种典型的轻

质骨料，具有多孔和低强的特性，不能承受较大的抗拉荷

载[27‒30]；二是由于珊瑚骨料的粗糙和多孔的表面纹理，

可以生成具有较高界面强度的 ITZ，进而使得混凝土内部

裂缝倾向于通过和穿透多孔珊瑚骨料[53‒54]。此外，根

据图 7（c）和图 8（c）所示的CAC内部细观组分的破坏

过程，可以看出：混凝土的损伤破坏会从试件边缘向中心

发展，且边缘区域细观组分的失效破坏程度要比中心区域

更为严重，这主要归因于混凝土的非匀质性，且与 Jin等

[3]得到的数值结果相一致。

3.2. 最终破坏模式

图9展示了静态劈裂抗拉荷载作用下立方体和圆柱体

CAC试件的最终破坏模式。其中，支承垫片的宽度在 6~

20 mm范围内变化。如图9所示，在静态劈裂抗拉荷载条

件下，立方体和圆柱体试件都会沿其中心加载平面被劈裂

为两部分。在试件断裂区域附近存在一个具有一定宽度的

图6. CAC在静态压缩条件下的试验和数值结果比较。（a）压缩破坏模

式[29]；（b）压缩应力-应变曲线。
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损伤带，其是由横向的拉伸荷载引起的。由图可见，

CAC的损伤带和开裂路径的宽度都与支承垫片宽度有关。

例如，随着垫片宽度的增加，损伤带的宽度逐渐增加，可

以观察到试件中心出现了缎带状的开裂破坏现象。这种现

象可以归因于这样一个事实，即随着垫片宽度的增加，试

件加载面积逐渐增加，这就使得试件和垫片间的接触区域

的应力集中现象更为显著。因此，对于采用较宽垫片的

CAC试件而言，在其接触区会出现宽度较大的压缩破坏

现象，这与Zhou等[55]总结的混凝土在劈裂抗拉荷载作用

下的典型破坏模式是一致的。然而，应当注意的是，承受

较宽压缩荷载的CAC试件的失效破坏结合了压缩和拉伸

两种荷载作用机制，其中压缩破坏占主要地位。换言之，

在混凝土试件的劈拉试验中，采用较宽垫片的CAC试件

的主要失效模式是压缩破坏，而不是纯粹的劈裂抗拉破

坏，这会导致对混凝土劈裂抗拉强度的高估。此外，当垫

片宽度大于 18 mm时，会在立方体CAC试件的两个侧面

观察到弯曲拉伸破坏现象，而这两个侧面与加载平面平

行。Jin等[3]在对普通混凝土立方体模型的劈裂抗拉性能

进行数值模拟时，也观察到了类似的现象。

3.3. 荷载-位移结果

为了分析支承垫片宽度对CAC试件劈裂抗拉强度的

影响规律，图 10（a）和（b）中分别绘制了立方体和圆

柱体CAC试件的劈拉荷载（L）与水平位移（δ）之间的

关系。在本文的数值分析中，δ为平行于加载方向的试件

两个侧面之间的平均位移。如图 10 所示，数值模拟中

CAC试件的劈拉荷载随着水平位移的增加而逐渐增大，

并在达到峰值荷载后呈现出下降趋势。由于CAC具有低

强、多孔特性，其劈拉荷载的增强过程波动较大。此外，

随着支承垫片宽度的增加，立方体和圆柱体CAC试件的

峰值荷载和相应的位移都呈明显的增大趋势。从荷载位移

曲线的上升段（图 10）可见，垫片宽度越大，CAC试件

的刚度越大。同时可以发现，相较于采用较窄垫片的

CAC试件，采用较宽垫片的CAC试件的软化曲线会随着

水平位移的增加而波动，这表明试件中出现了应变再硬化

现象。这是由于在垫片较宽的CAC试件中，垫片局部压

图7. 立体CAC试件在劈裂抗拉荷载条件下的失效过程[29]。（a）三维立方体细观模型；（b）整体失效过程；（c）局部失效过程。

8



缩发挥了更加重要的作用。正如已有的许多研究[13,19,

56]所指出的那样，支承垫片的宽度与混凝土的劈裂抗拉

强度之间存在着直接的相关关系，这一点将在后续章节中

继续进行分析和讨论。

4. 试件几何形状和支承垫片尺寸对劈裂抗拉强
度的影响

根据上文所获得的CAC劈拉数值结果和已有的劈裂抗

拉强度试验结果，本节讨论了试件几何形状和支承垫片宽

度对其劈裂抗拉强度的影响。当试件被水平拉伸应力一分

为二时，可以获得立方体和圆柱体试件的劈裂抗拉强度。

本研究所考虑的楔形破坏包括在混凝土的失效破坏过程中

（图8），但在楔形破坏的情况下无法获得试件的抗拉强度。

4.1. 劈裂抗拉强度

根据图10所示的荷载-位移曲线，将CAC试件在不同

条件下的峰值荷载统计于表2。使用经典混凝土劈裂抗拉强

度计算公式[式（7）]，可以计算得到CAC的 fst值（表2）。

考虑到试件几何形状和尺寸的差异，使用公式（8）来确定

图8. 圆柱体CAC试件在劈裂抗拉荷载作用下的失效过程[30]。（a）整体

和局部模型；（b）整体失效过程；（c）局部失效过程。

图 10. 不同尺寸的 CAC 试件的荷载 -位移曲线。（a）立方体试件；

（b）圆柱体试件。

图9. 立方体和圆柱体CAC试件在劈裂抗拉作用下的最终破坏模式。
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支承垫片的相对宽度（β），用以量化 fst和垫片宽度之间的

关系。

fst =
2L

πHD
(7)

β = b/D (8)
式中， fst 代表劈裂抗拉强度（MPa）； L 是峰值荷载

（kN）；b是支承垫片宽度；H分别是圆柱体和立方体试件

的高度和边长；D分别是圆柱体和立方体试件的直径和

边长。

4.2. 试件几何形状对劈裂抗拉强度的影响

图 11展示了具有不同支承垫片宽度（6~20 mm）立

方体和圆柱体CAC试件的数值模拟 fst值。由图可见，当

支承垫片宽度相同时，圆柱体模型（ϕ150 mm×300 mm）

获得的 fst值略小于边长为 150 mm的立方体模型。从表面

上看，使用不同标准（即 ASTM-C496-90 [7]、BS 1881-

117 [8]和GB/T50081 [10]）得到的混凝土 fst值受试件几何

形状的影响程度各不相同。然而，不管对于什么形状的试

件，基于其劈裂拉伸破坏位置，许多研究人员[58‒59]都

建议确定混凝土抗拉强度与试件断裂面积之间的关系，用

以研究试件尺寸对混凝土 fst值的影响。换言之，试件尺寸

（体积）和试件几何形状被认为对混凝土的 fst值研究具有

普遍意义。因此，我们将CAC试件的断裂面积和 fst值之

间的数值结果统计于图12（a）中。

由图 12（a）可见，随着断裂面积从 225 cm2增加到

450 cm2，CAC的 fst值呈现出下降的趋势。Kadleček等[57]

也观察到了具有不同几何形状和尺寸的OPC试件的 fst变

化趋势，其中，支承垫片的宽度为试件直径或边长的十分

之一。具体来说，当立方体和圆柱体OPC试件的断裂面

积由 16 cm2增加到 450 cm2时，其 fst值呈现出逐渐减小的

趋势，表明试件 fst与其断裂面积大小有关。此外，通过比

较边长为 100 mm （150 mm） 的立方体和尺寸为 ϕ

100 mm×200 mm（ϕ150 mm×300 mm）的圆柱体 OPC 试

件的 fst 值时，发现其强度差异与具有相同几何形状的

CAC试件相似。因此，我们可以得出结论，本文所得具

有不同形状、不同垫片宽度的CAC试件的 fst数值结果是

合理的，且采用三维随机细观模拟方法来研究CAC的静

态 fst性能的方法也是实用的。此外，有关CAC断裂面积

和 fst 值之间的详细关系将在未来的研究中进行定量

探索。

4.3. 支承垫片宽度对抗拉强度的影响

多项研究表明，当支承垫片的相对宽度大于 4%时，

图11. 具有不同几何形状的CAC试件的 fst值。

表2　具有不同几何形状和支承垫片宽度的CAC劈裂抗拉强度

Specimen geometry

Cube

Cylinder

Specimen size (mm × mm × mm)

150 × 150 × 150

150 × 150 × 150

150 × 150 × 150

150 × 150 × 150

150 × 150 × 150

150 × 150 × 150

ϕ150 × 300

ϕ150 × 300

ϕ150 × 300

ϕ150 × 300

ϕ150 × 300

ϕ150 × 300

Splitting area (mm2)

22 500

22 500

22 500

22 500

22 500

22 500

45 000

45 000

45 000

45 000

45 000

45 000

b (mm)

6

9

12

15

18

20

6

9

12

15

18

20

β

0.04

0.06

0.08

0.10

0.12

0.13

0.04

0.06

0.08

0.10

0.12

0.13

L (kN)

70.2

73.9

86.8

94.2

105.4

110.5

138.6

145.8

171.2

185.6

207.5

217.4

fst (MPa)

1.99

2.09

2.46

2.67

2.98

3.13

1.94

2.08

2.4

2.62

2.94

3.08

Based on the suggestion in Ref. [57], the splitting area of the concrete specimen under split tension is simplified as the vertical cross-sectional area along the load‐

ing direction.
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混凝土的 fst值会直接取决于支承垫片的宽度[19]。图13展

示了CAC和OPC [60]的数值和试验 fst值随支承垫片相对

宽度的变化情况[29,53‒54,60]。需要注意的是，当支承垫

片的相对宽度逐渐增大时，CAC的 fst值也会随之逐渐增

大，这与OPC [60]的变化趋势一致。此外，当垫片相对宽

度小于0.08时，CAC的 fst值与Olesen等[60]报道的OPC值

之间差距较小。随着垫片相对宽度的增大，这种差距逐渐

增大，表明CAC的 fst值趋向于大于OPC，这与Mi等[29]

所测得的CAC和OPC劈拉试验结果一致。他们认为，产

生这种现象的主要原因是砂浆和具有粗糙表面纹理的珊瑚

骨料之间具有很强的机械啮合力，这有助于提高 ITZ的黏

结强度。相较于含有砾石骨料的OPC，CAC的 fst值会高

于OPC。此外，当支承垫片的相对宽度为 0.20时，可以

发现CAC的试验 fst值会出现明显波动，这是因为参考文

献 [29,53‒54]中讨论的 CAC 试件具有不同的抗压强度

（30~60 MPa）。

基于线弹性理论的公式[公式（7）]是计算 fst的经典

公式，其中假设上层垫片附近的劈裂荷载会沿一条零宽度

的线均匀分布，而这个假设在使用较宽的支承垫片时是不

准确的。因此，考虑到支承垫片相对宽度的影响，Rocco

等[13]分别用式（9）和式（10）来计算立方体和圆柱体

试件的 fst值：

fstcu = fst[ (1 - β2 )5 3 - 0.0115] -1 (9)
fstcy = fst (1 - β2 )-3/2 (10)

式中，fst,cu和 fst,cy分别是立方体和圆柱体试件的劈裂抗拉

强度。因此，在相同条件下，立方体和圆柱体试件的 fst值

之间的关系可以表示为[19]：

fstcu

fstcy

=
(1 - β2 )3 2

(1 - β2 )5 3 - 0.0115
(11)

当对比CAC的 fst,cu和 fst,cy数值结果与弹性理论结果[公

式（11）]时（图14），可以发现由公式（11）计算得到的

CAC 数值结果要大于理论结果。此外，可以看到当支

承垫片的相对宽度从 0.04增加到 0.13时，fst,cu和 fst,cy之间

的差值在逐渐增加，这比理论结果的增长速度更快。换

句话说，随着支承垫片相对宽度的增加，试件几何形状

对 CAC fst 值的影响程度变得更加显著。造成数值结果

和理论结果之间差异的主要原因是，劈裂抗拉荷载的宽

度会随着支承垫片相对宽度的增大而逐渐增加，这与

“零宽度的线性荷载”的假设不符。其中，支承垫片的

相对宽度越大，数值结果和理论结果之间的差异也就

越大。

因此，基于弹性理论求解法，可以采用上下限公式来

反映其他因素对具有不同支承垫片宽度的CAC的 fst,cu和

fst,cy比率的影响：

上限公式：

fstcu

fstcy

=
(1 - β2 )3 2

(1 - β2 )5 3 - 0.0115
+K1 (12)

下限公式：

fstcu

fstcy

=
(1 - β2 )3 2

(1 - β2 )5 3 - 0.0115
+K2 (13)

式中，K1和K2是常数，分别控制CAC fst值变化范围的上

限和下限。这两个公式对β从0.04到0.13均有效。根据具

有不同宽度支承垫片的CAC的 fst,cu和 fst,cy数值结果，初步

确定K1和K2分别为 2.1×10−4和 6.6×10−4。然而，为了进一

步确定 K1和 K2，还需要确定具有不同宽度支承垫片的

CAC fst,cu和 fst,cy的数值和试验结果。总而言之，上述CAC

劈裂抗拉强度的上下限公式对于预测采用不同宽度支承垫

片的CAC的 fst值具有重要意义，这对CAC结构的研究和

设计也会产生较大的影响。

图12. 具有不同几何形状的CAC试件的 fst与断裂面积之间的关系。
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5. 结论

本文采用三维随机细观模拟的方法研究了立方体和圆

柱体CAC试件的劈裂抗拉力学性能。基于本文数值结果

和已有的试验结果，研究了试件几何形状和支承垫片宽度

对CAC fst值的影响。主要结论可归纳为以下几点。

（1）建立了一个具有随机特征（形状和分布）的三维

随机细观模型来模拟立方体和圆柱体CAC试件。通过对

立方体和圆柱体CAC试件的劈裂抗拉力学性能进行模拟

和分析，验证了所提出的CAC细观模型和材料模型参数

的可靠性。

（2）在 CAC 的劈裂抗拉破坏过程中，裂纹会从上、

下支承垫片开始沿加载方向扩展，直至试件沿着中心平面

被劈拉裂缝一分为二。此外，相较于下部的支承垫片，上

部的支承垫片位置处会更早、更快地开始产生裂纹，这可

以解释CAC在劈裂抗拉荷载作用下的真实失效破坏行为。

（3）CAC的典型破坏模式是沿着荷载方向形成的单

一劈拉裂缝。然而，当支承垫片的宽度超过特定范围时，

CAC试件的中心平面附近会发生缎带状开裂破坏。

（4）立方体 CAC 试件（150 mm×150 mm×150 mm）

的 fst数值结果要略大于尺寸为ϕ150 mm×300 mm的圆柱体

CAC试件。试件几何形状对CAC试件 fst的影响规律可以

通过 fst与试件断裂面积之间的关系来进行揭示。特别地，

CAC的 fst值会随着试件断裂面积的增大而减少，这与文

献中所报道的OPC结果相一致[57]。

（5）CAC的数值 fst值与支承垫片的宽度有关，其会

随着垫片相对宽度的增加而逐渐增大，这与OPC的变化

规律一致。此外，根据 fst,cu和 fst,cy之比的弹性理论解，利

用公式（12）和公式（13）确定了CAC的 fst,cu和 fst,cy之比

的上、下限范围，这对CAC劈裂抗拉强度的研究和预测

具有较大的意义。同时，在未来的研究中，我们应获取更

多的 CAC 劈裂抗拉数值和试验结果来补充和完善这些

公式。
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