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摘 要 在韧性断裂中微观孔洞演化机制的基础上，提出了一个基于孔洞演化机制的非耦合型韧性断裂预测模型． 模型充

分考虑了两种典型的孔洞演化机制: 孔洞的长大机制和孔洞的拉长扭转机制． 该模型引入了三个具有不同物理意义的材料

参数: 材料对不同孔洞演化机制的敏感度、应力状态敏感度系数和材料的损伤阈值，并使用等效塑性应变增量表征其对韧性

损伤累积过程的驱动作用． 为了使模型可以更好地反映三维应力状态对材料韧性断裂性能的影响，将该模型从主应力空间

转换到由应力三轴度、罗德参数和临界断裂应变构成的三维空间，得到了由模型确定的三维韧性断裂曲面，并研究了相关参

数对三维韧性断裂曲面及平面应力二维韧性断裂曲线的影响． 利用 5083--O 铝合金、TＲIP690 钢和 Docol 600DL 双相钢三个

典型的轻质高强板材的韧性断裂数据验证了该模型对不同材料和不同应力状态的适用性和准确性．
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ABSTＲACT This paper is a contribution to the ductile fracture prediction by the proposal of a new uncoupled ductile fracture criteri-
on． In the new criterion，two typical void deformation models were carefully considered，with the plastic strain increment regarded as
a key impetus of the damage evolution and its accumulation． The new ductile fracture criterion was constructed with three model pa-
rameters with different physical meanings． A 3D ductile fracture surface model was obtained by transforming the proposed criterion
from stress space to the space of stress triaxiality，Lode parameter，and fracture strain，and a parametric study was carried out to better

understand their effects． To validate the performance of the new criterion，it was used to construct the 3D fracture surfaces of 5083--O
aluminum alloy，TＲIP690，and Docol 600DL ( a dual-phase steel) ． Comparisons of the results with experimental observations indicate
that the proposed criterion provides good prediction capability over a large range of stress states for various materials，with good flexi-
bility and considerable accuracy．
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近年来，为了减轻车身重量，提高燃油经济性，同

时保证驾驶安全性，轻质高强金属板材得到了越来越

广泛的使用，例如先进高强钢，铝合金、镁合金等材

料［1］． 然而，这些材料在板材冲压成形过程中会出现

一些传统方法无法准确预测的韧性断裂问题． 例如，

先进高强钢在方形件冲压过程中出现的剪切型韧性断

裂［2］，其具有以下特点: ( 1 ) 断裂出现在凹模圆角附

近; ( 2) 断裂位置没有明显的板厚减薄; ( 3) 断裂位置

的材料经历了纯剪切的应变路径 ( α = － 1，α 为应变

路径，α = ε2 /ε1，ε2和 ε1分别为平面应力状态下的次应
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变和主应变) ． 由于传统成形极限图只能预测从单向

拉伸应变路径( α = － 1 /2 ) 到双向等拉应变路径 ( α =
1) 之间的颈缩或断裂问题，并且其实验和理论基础是

板材的局部减薄． 因此，目前被工业界广泛采用的成

形极限图方法很难预测先进高强钢的这种韧性断裂问

题． 另一方面，上述轻质高强板材在一般应变 路 径

( － 1 /2 ＜ α ＜ 1) 下成形时会发生没有明显颈缩的韧性

断裂［3］． 可见，这些材料的颈缩成形极限曲线( necking
forming limit curve) 和断裂成形极限曲线( fracture form-
ing limit curve) 非常接近，甚至难于区分． 因此，各国

学者们已将研究重点放在韧性断裂模型的开发上，以

期能够预测上述材料在大应变路径范围内的韧性断裂

行为．
金属塑性变形时的韧性断裂过程主要包括微孔洞

的形 核、生 长 和 聚 合［4］． McClintock 等［5］ 和 Ｒice 及

Tracey［6］分别利用圆柱体和球体的微孔洞简化模型，

研究了其演化行为． Gurson［7］首先提出了可以描述韧

性断裂物理过程的数学模型． 该模型中，球形孔洞的

生长和材料的本构方程相互耦合，使该数学模型可以

描述由于微观孔洞演化导致的材料力学性能的劣化．
此后，Tvergaard 和 Needleman［8］ 通过考虑孔洞形核效

应改进了最初的 Gurson 模型，得到了著名的 Gurson--

Tvergaard--Needleman( GTN) 模型． 然而，最初的 GTN
模型无法准确预测低应力三轴度或负应力三轴度下由

剪切导致的韧性断裂． 为此，一些学者在原始的 GTN
模型中考虑了罗德角对孔洞演化行为的影响［9--10］． 由

于在 GTN 模型中，材料的塑性行为与韧性断裂过程相

互耦合，该模型也被称为耦合型韧性断裂模型［11］． 另

一种耦合型韧性断裂预测方法是基于连续损伤力学

( continuum damage mechanics) 的预测模型，即 CDM 模

型［12--13］． CDM 模型含有一个与材料本构方程相互耦

合的宏观连续损伤变量，以描述材料由于塑性变形而

导致的劣化． 为了提高 CDM 模型在剪切条件下的预

测性能，Cao 等人［14--15］在模型中引入罗德角的影响．
然而，上述模型中材料损伤效应与材料本构方程的相

互耦合给模型参数的计算带了困难［11］． 因此，参数较

少 /形式更简单的非耦合型韧性断裂模型更加适用于

工业应用［11］． 非耦合型韧性断裂模型的主要特点是

韧性断裂过程独立于材料的本构方程之外，即用于表

征材料损伤程度的损伤指数和材料本构方程不存在相

互影响． Freudenthal［16］基于塑性功原理提出了第一个

非耦合型韧性断裂模型． 非耦合型韧性断裂模型最有

代表 性 的 研 究 进 展 是 美 国 麻 省 理 工 学 院 Bai 和

Wierzbicki 的 MMC( Modified Mohr--Coulomb) 模型［17］和

韩国科学技术院 Lou 和 Huh 的 Lou--Huh 模型［18］． Bai
和 Wierzbicki［17］利用一个由静水应力和罗德角定义的

屈服准则，并在 σ = Aεn 的应力应变关系假设下，将用

于预测岩土破裂的 Mohr--Coulomb 模型 ( MC 模型) 扩

展为可 以 预 测 金 属 材 料 韧 性 断 裂 的 MMC 模 型． 在

Lou--Huh 模型中，Lou 和 Huh 分别利用等效塑性应变，

应力三轴度和最大剪应力的函数来表征孔洞的形核、

长大和聚合效应［18］． 可见，Lou--Huh 模型是一种基于

微观孔 洞 演 化 机 制 的 韧 性 断 裂 模 型． 大 量 研 究 表

明［2，17--20］，MMC 模型和 Lou--Huh 模型可以较好地预测

一些轻质高强板材复杂的韧性断裂行为． 尽管如此，

上述两个模型也有一定的局限性，主要体现在: ( 1 )

MMC 模型的理论基础是预测岩土脆性断裂的 MC 模

型，因此其无法反映韧性断裂的物理过程; ( 2 ) MMC
模型采用了基于 σ = Aεn 的材料应变强化模型，因此当

所研究材料的应变强化行为不能用 σ = Aεn 来描述时，

使用 MMC 模型会造成一定的不一致性，这影响了该

模型的适用性［21］; ( 3) Lou--Huh 模型认为微观孔洞的

生长和聚合行为同时发生，而孔洞的聚合行为只发生

在韧性损伤的最后阶段，因此该模型不能很好的反映

这一实际情况．
研究表明［22］，三维应力状态高度影响微观孔洞的

演化，其演化机制主要包括两种: 长大机制和拉长扭转

机制． 前者表现为孔洞体积分数的明显扩大，后者表

现为孔洞形状的剧烈改变． Kiran 和 Khandelwal［22］指

出，增大的应力三轴度有助于微观孔洞的长大机制，进

而促进孔洞间材料在微观尺度上发生颈缩，并导致韧

性断裂，降低临界断裂应变． 而在低应力三轴度下，孔

洞的拉长扭转机制有助于孔洞间材料在微观尺度上发

生剪切集中，并造成最终的韧性断裂［23］． 近年来，学

者们 开 始 关 注 罗 德 参 数 对 韧 性 断 裂 行 为 的 影

响［22，24--27］，并得出了颇具意义的研究结论: 罗德参数高

度影响微观孔洞的拉长扭转机制; 应力三轴度越小，罗

德参数的影响越大． 综上所述，在高应力三轴度下孔

洞主要通过长大机制来演化，而罗德参数主要控制孔

洞的拉长扭转机制，且罗德参数的影响随着应力三轴

度的降低而增强． 从连续力学的角度，应力三轴度和

罗德参数又可以用来表征任意三维应力状态［28］． 可

见，应力三轴度和罗德参数起到了连接韧性断裂微

观机理和宏观三维应力状态的重要作用． 此外，在文

献［28］中，研究 人 员 发 现 5083--O 铝 合 金 的 韧 性 断

裂行为几乎不受罗德参数的影响． 鉴于该参数对孔

洞拉长扭转机制的作用，可见不同材料对不同孔洞

演化机制具有不同的敏感度． 综上分析，一个合理的

韧性断裂预测模型应该满足以下几个要求: ( 1 ) 可以

反映任意三维应力状态对韧性断裂行为的影响; ( 2 )

可以考虑微观孔洞的演化机制; ( 3 ) 可以表征不同材

料对不同孔洞演化机制的敏感度． 本文的主要目的，

就是 提 出 一 个 符 合 这 一 要 求 的 非 耦 合 韧 性 断 裂
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模型．
本文首先回顾并分析了韧性断裂中微观孔洞的演

化机制，在此基础上提出了一个可以考虑孔洞演化机

制和材料对不同孔洞演化机制敏感度的韧性断裂预测

模型． 为了使该模型能够反映任意三维应力状态对韧

性断裂行为的影响，本文将该模型转换至基于应力三

轴度，罗德参数和临界断裂应变( εf ) 的三维空间，得到

了与该模型对应的三维韧性断裂曲面方程． 为了更好

地理解该模型的预测原理，本文又重点研究和分析了

模型参数对三维韧性断裂曲面和由其确定的平面应力

二维韧性断裂曲线的影响． 最后，通过与多种典型材

料韧性断裂试验数据的对比，验证了该模型的预测

性能．

1 非耦合韧性断裂模型提出

1. 1 孔洞长大机制及其表征

孔洞演化机制主要包括两种: 长大机制和拉伸扭

转机制． 在研究孔洞的拉长机制时，人们常常采用具

有高应力三轴度特征的拉伸实验，拉伸试件主要包括

板材试件［11，29］和棒材试件［11，28，30］． 借助原位观察技术

和扫面电子显微镜技术，人们可以观察单个孔洞的演

化过程及最后的韧性断面微观形貌． Achouri 等［30］利

用一种高强度低合金钢( HSLA) 进行了高应力三轴度

的原位拉伸实验，观察到的微观孔洞演化行为如图 1
所示． 可见，当发生塑性变形时，由于基体材料和夹杂

物( MgO--Al2O3 ) 之间的应变不一致，微孔洞首先在二

者的界面处形核． 随后，伴随着塑性应变的增加，孔洞

逐渐长大为椭圆体，且椭圆体的长轴与最大主应力方

向平行． 在韧性断裂前的最后阶段，不断长大的孔洞

之间的材料发生微观尺度上的颈缩直至最后的断裂，

形成表面凹凸不平并带有大量深韧窝的断面形貌． 基

于上述观察，本文认为微观孔洞的长大机制主要由最

大主应力控制，其最主要的特点是: ( 1) 微观孔洞倾向

于以椭圆体的形状不断扩大; ( 2 ) 椭圆体长轴方向与

最大主应力方向平行; ( 3) 带有明显的孔洞体积变大．
综上，本文使用量纲一的最大主应力表征孔洞的长大

机制，即 σ1 /σ，其中 σ1 为最大主应力，σ 为 von Mises
等效应力．
1. 2 孔洞拉长扭转机制及其表征

孔洞的拉长扭转机制，常常通过板材纯剪［28，30］和

棒材压缩［11，29］等具有低应力三轴度特征的韧性断裂

实验来研究． 在棒材压缩实验中，韧性断裂面与压缩

方向成 45°角，对应于最大剪应力的方向． 在板材纯剪

实验中，韧性断裂面位于剪切面上，也对应于最大剪应

力的方向． 上文中的 HSLA 板材在纯剪切实验中，借

助于原位观察技术获得的孔洞拉长扭转机制如图 2 所

示． 可见，当 发 生 塑 性 变 形 时，基 体 材 料 和 夹 杂 物

图 1 孔洞长大机制［30］

Fig． 1 Void dilation［30］

( MgO--Al2O3 ) 之间的应变不一致性导致微孔洞首先在

二者的界面处形核． 与图 1 不同，随着塑性应变继续

增加，形核后的孔洞在最大剪应力的作用下被拉长和

扭转，并伴随着剧烈的形状改变． 在塑性断裂前的最

后阶段，充分形变后的孔洞之间的材料发生微观尺度

上的剪切集中效应直至最后的断裂，形成表面较光滑，

并分布有浅韧窝的断面形貌． 基于上述观察，本文认

为微观孔洞拉长扭转机制主要由最大剪应力控制，其

最主要的特点是微观孔洞形核后沿着最大剪应力的方

向被拉长并扭转，伴有剧烈的孔洞形状改变． 综上，本

文使用量纲一的最大剪应力表征孔洞的拉长扭转机

制，即 τmax /σ，其中 τmax为最大剪应力．

图 2 孔洞拉长扭转机制［30］

Fig． 2 Void elongation and rotation［30］

1. 3 基于主应力的非耦合韧性断裂模型

综上分析可知，在高应力三轴度的拉伸实验中，孔

洞的长大机制导致最终的韧性断裂，而在低应力三轴

度的剪切或压缩实验中，孔洞的拉长和扭转机制导致

最终的韧性断裂． 当应力三轴度由小变大时，往往会

出现三种不同的断裂形式［21］: 剪切型韧性断裂、混合

型韧性断裂和拉伸型韧性断裂． 可见在一般三维应力

状态下，上述孔洞演化机制将共同影响材料的韧性断

裂行为． 此外，不难发现，在微观孔洞的演化过程中，

等效塑性应变增量不仅促使微观孔洞的形核，并且推

动由孔洞演化导致的不可逆的损伤累积过程． 因此，

本文认为，当材料发生一定的塑性应变时，所积累的韧

性损伤量可用下式表征，即
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dF = C1

σ1

σ + ( 1 － C1 )
τmax

σ
C2

dεp，

0≤C1≤1，

τmax =
σ1 － σ3

2 ，〈x〉=
x， x≥0;

0， x{ ＜ 0.
( 1)

式中，dF 为一定塑性应变增量 dεp 发生后韧性损伤的

增加量; C1为不同材料对不同孔洞演化机制的敏感度

系数，其取值范为［0，1］，C1 = 0 表示材料的韧性断裂

行为只受上述孔洞拉长扭转机制的影响，C1 = 1 表示

材料只通过上述孔洞长大机制发生韧性断裂，0 ＜ C1 ＜
1 表示材料将受到上述孔洞演化机制的共同影响; C2

为应力状态敏感度系数; 函数〈x〉用于表示韧性损伤

的不可逆过程． 在韧性断裂预测模型中，往往需要一

个损伤阈值来预测韧性断裂的发生，为此将式 ( 1 ) 积

分至韧性断裂前最后时刻的临界断裂应变 εf，即

C3 = ∫
εf

0
C1

σ1

σ + ( 1 － C1 )
τmax

σ
C2

dεp ． ( 2)

式中，C3为材料韧性断裂的损伤阈值． 因此，塑性变形

中材料的实时损伤指数 D，可由下式定义，即

D = 1
C3
∫
ε f

0
C1

σ1

σ + ( 1 － C1 )
τmax

σ
C2

dεp ． ( 3)

综上，本文提出了一种基于孔洞演化机制的韧性

断裂预测模型，即式( 3 ) ． 该模型认为，当损伤指数 D
达到 1. 0 时，材料发生韧性断裂． 此外，由于该式的积

分形式，其可以被用于非线性的应变路．

2 基于应力三轴度和罗德参数的模型转换

由于应力三轴度和罗德参数可以用来量纲一地表

征主应力空间( σ1，σ2，σ3 ) 中的任意三维应力状态，

因此本节将利用应力三轴度和罗德参数与主应力之间

的关系，将式( 3) 进行转换，以期更好地描述材料在任

意三维应力状态下由式( 3) 预测的韧性断裂性能．
2. 1 基于应力三轴度和罗德参数的应力状态特征化

如图 3 所示，主应力空间中任意三维应力状态可

用
→OP表示，其可被分解为垂直于 π 平面的静水应力部

分
→OM和平行于 π 平面的偏应力部分

→MP． 静水压力

( p) 和 von Mises 等效应力 ( σ) 分别由式 ( 4 ) 和式 ( 5 )

定义，即

p = － σm = －
σ1 + σ2 + σ3

3 ， ( 4)

σ = 3J槡 2 =
1

槡2
( σ1 － σ2 ) 2 + ( σ2 － σ3 ) 2 + ( σ3 － σ1 )槡

2 ． ( 5)

其中，σ1、σ2 和 σ3 分别为第一、第二和第三主应力． p

和 σ 与
→OM和

→MP的大小关系如图 3 所示． 由应力三轴

度的定义可知，其可以被用来量纲一地表征应力状态

的静水部分
→OM，即

η = － p
σ =

σ1 + σ2 + σ3

3 σ
=
σm

σ ． ( 6)

式中，η 为应力三轴度． 而应力状态的偏量部分
→MP可

由罗德角 θ 表示，如图 3 所示，其值可以通过量纲一的

应力状态第三不变量 ξ 计算［17，28］，即

ξ = cos( 3θ) = 272
J3
σ3 =

27
2

( σ1 － σm ) ( σ2 － σm ) ( σ3 － σm )

σ3 ． ( 7)

除了罗德角 θ 外，罗 德 参 数 L 和 罗 德 角 参 数 θ
也可被用来表征应力状态的偏量部分，它们与罗德

角 θ 之间的关系如式 ( 8 ) 和式 ( 9 ) 所示［1，31］． 此外，

罗德参 数 L 又 可 以 直 接 由 三 个 主 应 力 计 算，如 式

( 10 ) 所示［1，31］．

L = 3tanθ 槡－ 3
tanθ 槡+ 3

， ( 8)

θ = 1 － 6θ
π

， ( 9)

L =
2σ2 － σ1 － σ3

σ1 － σ3
． ( 10)

图 3 三维应力空间的特征化

Fig． 3 Stress state characterization

根据定义，θ 的取值范围为［0，π /3］，因此 L 的取

值范围为［－ 1，1］． 其中 L = － 1 表示正规化的单向拉

伸状态，L = 0 表示正规化的平面应变状态，L = 1 表示

正规化的单向压缩状态［19，31］． 在文献［1，31］中，研究

人员进行了基于 η 和 L 的应力状态特征化，并得到了

η、L 和 σ 与三个主应力之间的关系，即

σ1 (= η + ( 3 － L)

3 L2
槡

)
+ 3

σ， ( 11)

σ2 (= η + 2L
3 L2
槡

)
+ 3

σ， ( 12)

σ3 (= η － ( 3 + L)

3 L2
槡

)
+ 3

σ， ( 13)
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τmax

σ =
σ1 － σ3

2 σ
= 1

L2
槡 + 3

． ( 14)

由于 L 的取值范围为［－ 1，1］，式( 11 ) ～ ( 13 ) 可

以满足 σ1≥σ2≥σ3 的要求． 将三个主应力分别置 0，

可以得到板材冲压平面应力假设下 η 与 L 的关系，如

图 4 所示，其将被用于下文的解释说明． 图 4 中，a 点

表示板材单向压缩，b 点表示板材纯剪切，c 点表示板

材单向拉伸，d 点表示板材平面应变拉伸，e 点表示板

材双向等拉． 综上可见，不论是三维应力状态还是二

维平面应力状态，都可以通过 η 与 L 的组合来表征．

图 4 平面应力条件下 L 与 η 的非线性关系

Fig． 4 Non-linear relationship between the L and η for the plane
stress condition

2. 2 将韧性断裂模型由主应力空间转换至 ( η，L，

εf) 空间

将式( 11) 和式( 14) 带入式 ( 3 ) 中，可以得到基于

η 与 L 的韧性断裂模型，即

D = 1
C3
∫
ε f

0

C1 ( 3η L2
槡 + 3 － L) + 3

3 L2
槡 + 3

C2

dεp ． ( 15)

由于式( 1) 表示一定塑性应变增量 dεp 发生后韧

性损伤的增加量，因此式( 3) 和式( 15) 又为非线性应

变路径下的韧性损伤累积模型，可被用于预测非线性

应变路径下的韧性断裂． 需要指出的是，比例加载时

η 和 L 将保持不变． 在这种条件下，式( 15 ) 可以进一

步转换为下式，即

εf = C [3
3 L2
槡 + 3

C1 ( 3η L2
槡 + 3 － L)

]
+ 3

C2

． ( 16)

式中，εf 为临界断裂应变． 特别地，当式( 15) 尖括号中

的量小于零时，临界断裂应变 εf 变为无穷大，即表示

此时无法发生韧性断裂，这一点与文献［1］和［17］中

的相关结论一致，即在图 4 中存在一个韧性断裂分界

线，分界线左侧无法发生韧性断裂行为．
综上，本文提出的韧性断裂预测模型最终演变为

一个位于( η，L，εf ) 空间中的三维韧性断裂曲面． 三

维韧性断裂曲面上任何一点的两个水平坐标代表任意

应力状态． 而该点的纵坐标则代表此应力状态对应的

线性比例加载下材料在发生韧性断裂前所能承受的最

大等效塑性应变． 值得注意的是，所提出的模型中并

没有特定的材料应力--应变曲线方程，与 MMC 模型相

比，该模型具有更好的灵活性． 此外，由于该模型充分

考虑了孔洞的演化机制，相比 MMC 模型和 Lou--Huh
模型具有更坚实的物理基础，这有利于从韧性断裂的

物理过程角度出发分析材料的韧性断裂行为． 需要指

出的是，非线性应变路径的情况非常复杂，且目前关于

韧性断裂的研究主要集中在线性比例加载的情况下，

因此下文的分析工作以线性比例加载为主．

3 模型参数影响研究

所提出的韧性断裂预测模型中包括了三个具有不

同物理意义的材料参数，本节将在比例加载假设下，通

过建立三维韧性断裂曲面和二维平面应力韧性断裂曲

线来揭示这三个材料参数对韧性断裂预测的影响． 需

要指出的是，为了将所建立的三维曲面展现在同一应

变范围内，3. 1 和 3. 2 节在不影响相关结论的前提下

对 C3进行了适当地调整，以保证三维曲面在平面应力

单向拉伸( 图 4 中 c 点) 时具有相同的临界断裂应变．
此外，由于 σ1 = 0 时，板材将倾向于发生褶皱失稳，而

非韧性断裂． 因此在下文图示中，均不考虑 σ1 = 0 的

情况．
3. 1 C1影响研究

在韧性断裂模型中，C1 表示材料对不同孔洞演化

机制的敏感性． 当 C1 = 0 时，材料将只通过孔洞的拉

长扭转机制实现韧性断裂． 从宏观的角度来说，η 与

材料的受拉伸程度成正比． 因此，η 可以影响孔洞的

长大机制． C1 = 0 忽略了孔洞的长大机制，因此当 L 不

变时，η 的变化不会改变材料的临界断裂应变，此时三

维曲面相对于 L = 0 对称，如图 5 ( a) 所示． 当 C1≠0
时，孔洞的长大机制将被考虑，如图 5( b) 和图( c) ． 此

时，L 取任意值时，材料的临界断裂应变都随着 η 的增

加而降低． 这是由于增加的 η 促进了孔洞的长大机

制，进而加速了韧性断裂的过程，减少了临界断裂应

变． 可见所提出的模型可以很好地反映这一实际情

况． 通过比较图 5( b) 和图( c) ，可知，当 C1 增加时，三

维韧性断裂曲面对 η 的敏感度也增加，说明孔洞的长

大机制被加强． 此外，观察图 5 还可以发现，不论 η 取

何值，临界断裂应变的极小值点总是出现在 L = 0，而

在 L = 1 和 － 1 时 达 到 极 大 值 点． 在 文 献［32］中，

DP600 板材在不同应力状态下的临界断裂应变也符

合上述规律． 这是由于，当 L = 0 时，量纲一的最大剪

应力达到最大，如式( 14 ) 所示，此时孔洞的拉长扭转

机制处于最强，这将促使微观孔洞沿着最大剪应力
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图 5 C1对断裂曲面的影响 . ( a) C1 = 0，C2 = 5. 0; ( b) C1 = 0. 08，C2 = 5. 0; ( c) C1 = 0. 16，C2 = 5. 0

Fig． 5 Effects of the C1 on the fracture surface: ( a) C1 = 0，C2 = 5. 0; ( b) C1 = 0. 08，C2 = 5. 0; ( c) C1 = 0. 16，C2 = 5. 0

方向发生拉伸和扭转，最终降低了材料的临界断裂

应变． 可见所提出的模型也可以很好地反映这一实

际情况．
3. 2 C2影响研究

在韧性断裂模型中，C2 通过一个指数运算来表征

应力状态对损伤积累过程的影响． 因此，三维韧性断

裂曲面在应力空间中的弯曲程度随着 C2 的增加而增

加，如图 6 所示． 考虑到平面应力状态下，η 和 L 存在

图 4 中的一一对应关系，因此可以只使用 η 对平面应

力下的应力状态进行表征． 将图 6 中表示平面应力状

态的空间曲线沿着 L 轴投影至由 η 和 εf 表示的二维

平面，如图 7 所示． 可见，二维韧性断裂曲线的弯曲程

度随着 C2的增加而增加，且增大了临界断裂应变在纯

剪切和平面应变拉伸状态下与在单向拉伸状态下的比

值． 此外，曲线在单向拉伸状态( η = 1 /3，L = － 1) 时

存在一个不可微分点． 研究表明［1］，这是因为最大剪

应力方 向 的 改 变 造 成 了 孔 洞 拉 长 扭 转 演 化 方 向 的

突变．
在金属板材成形领域，技术人员常利用板材成形

极限图的方法来预测成形缺陷． 平面应力条件下当不

考虑材料各向异性时，η 和应变比 α ( α = ε2 /ε1 ) 之间

存在下式［2］所描述的关系，即

η = 1 + α

槡3 1 + α + α槡
2
． ( 17)

而等效塑性应变又可以由下式［2］计算，即

εp =
2ε1

槡3
1 + α + α槡

2 ． ( 18)

利用式( 17) 和式( 18) ，可将图 7 转化为主应变空

间中的断裂成形极限曲线，如图 8． 可见，断裂成形极

限曲线的弯曲度也随着 C2 的增加而增加． 此外，由图

8 可知，本文所提出的韧性断裂模型可以预测单向拉

伸左侧的断裂极限，说明该模型具有预测先进高强钢

剪切型韧性断裂的能力．
3. 3 C3影响研究

由于 C3在模型中代表损伤阈值，并且其在模型中

通过一个线性相乘运算来调节三维韧性断裂曲面，因

此其主要影响三维韧性断裂曲面的“高度”，如图 9 所

示． 此外，在讨论 C1和 C2时，C3 进行了相应的调整，以

使所建立的断裂曲面在单向拉伸状态具有同样的临界

断裂应变，这主要是为了能够在同一个应变区间［0，

3］或［0，5］内展示 C1和 C2对断裂曲面的影响． 不难发

现，在图 5 中，C1的取值不断增大，为了保证上述要求，

在 C2 不变的情况下，C3 的取值进行了相应的减小，但

是 η 对曲面的影响依然是不断扩大的． 可见，尽管 C3
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图 6 C2对断裂曲面的影响． ( a) C1 = 0. 08，C2 = 1. 0; ( b) C1 = 0. 08，C2 = 4. 0; ( c) C1 = 0. 08，C2 = 7. 0

Fig． 6 Effects of the C2 on the fracture surface: ( a) C1 = 0. 08，C2 = 1. 0; ( b) C1 = 0. 08，C2 = 4. 0; ( c) C1 = 0. 08，C2 = 7. 0

图 7 平面应力条件下，η 和 εf 表示的二维断裂曲线

Fig． 7 2D fracture curves in the space of ( strain to fracture，stress
triaxiality) under plane stress conditions

被人为减小，但是这并没有影响有关 C1 作用的相关结

论． 而在图 6 中，C2的取值不断增大，为了保证上述要求，

在 C1不变的情况下，C3的取值也进行了相应的减小，但是

曲面的弯曲程度依然是不断增大的． 可见，尽管C3被人为

减小，但是这也没有影响有关 C2作用的相关结论．

图 8 C2对断裂成形极限图的影响

Fig． 8 Effects of the C2 on the fracture forming limit curves

4 模型验证

文献［17，28，33］中，研究人员分别利用 5083--O
铝合金、TＲIP690 和先进高强钢 Docol 600DL( 双相钢)

板材进行了多个准线性应变路径下的韧性断裂实验，

并且这些实验涵盖了较宽的应力状态范围． 他们使用
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图 9 C3对断裂成形极限图的影响

Fig． 9 Effects of the C3 on the fracture forming limit curves

仿真与实验相结合的方法得到了各个应变路径下材料

起裂位置处的应力应变历史，并利用等效塑性应变对

相关数据进行平均化处理( 即表 1 ～ 表 3 中的平均应

力三轴度 ηav和平均罗德参数 Lav ) 以排除数据波动的

影响，结果如表 1 ～ 表 3 所示． 在文献［17］和［28］中，

研究人员分别利用了罗德角参数 θ 和应力状态第三不

变量 ξ 来表征应力状态的偏量部分，出于一致性的考

虑，本文利用式( 7) ～ ( 9) 将它们用罗德参数 L 代替．
由于本文所提出的模型中包含有 3 个材料参数，所以

计算这些参数至少需要三个不同路径下的韧性断裂实

验数据． 本文采用了基于最小二乘法的优化策略来计

算模型参数，如下式所示，

err = (∑ εf-test

εf-trial
)－ 1

2

． ( 19)

式中，εf-test表示实验测得的临界断裂应变，εf-trial 表示模

型计算的临界断裂应变． 通过该优化策略，可以得到

一组模型参数使式( 19) 中 err 最小，优化结果表 4 所示．
利用表 4 中的数据，绘制出相关材料的三维断裂

曲面和二维断裂曲线，如图 10 ～ 12 所示． 可见，尽管

不同材料的三维断裂曲面和二维断裂曲线在“高度”

表 1 5083--O 铝合金韧性断裂数据［28］

Table 1 Fracture test data for 5083--O aluminum alloy［28］

试件编号 ηav Lav εf

1 0. 35 － 1. 000 0. 30

2 0. 40 － 0. 851 0. 26

3 0. 45 － 0. 819 0. 24

4 0. 65 － 0. 894 0. 26

5 0. 52 － 0. 278 0. 24

6 0. 03 － 0. 046 1. 16

7 0. 24 － 0. 769 0. 38

表 2 TＲIP690 韧性断裂数据［17］

Table 2 Fracture test data for TＲIP690［17］

试件编号 ηav Lav εf

1 0 0 0. 645

2 0. 379 － 1. 000 0. 751

3 0. 472 － 0. 460 0. 394

4 0. 577 0 0. 460

5 0. 667 0. 907 0. 950

表 3 Docol 600DL 双相钢韧性断裂数据［33］

Table 3 Fracture tests data for Docol 600DL dual-phase steel［33］

试件编号 ηav Lav εf

1 0. 042 － 0. 110 0. 996

2 0. 468 － 0. 683 0. 995

3 0. 610 － 0. 144 0. 773

4 0. 665 0. 937 0. 999

表 4 不同材料的模型参数

Table 4 Ｒesults of the optimization operation for parameter calculation

材料 C1 C2 C3 最小 err

5083--O 1. 0000 2. 1363 0. 3561 0. 0310

TＲIP690 0. 0844 5. 4652 0. 0324 0. 0219

Docol 600DL 0. 1000 2. 0000 0. 3300 0. 0027

和弯曲程度方面各有差异，但是本文提出的模型均能

够在较宽的应力状态范围内较好地预测它们在不同应

变路径下的韧性断裂性能，特别是临界断裂应变随应

力状态变化的趋势． 文献［28］中，5083--O 铝合金材料

的韧性断裂性能被认为几乎不受罗德参数的影响． 而

本文提出的模型中，这种 5083--O 铝合金的 C1 经过优

化后等于 1. 0． 这表明，5083--O 铝合金几乎不受孔洞

拉长扭转机制的影响． 考虑到模型中该机制与罗德参

数的关系，即式( 14) ，可见，利用该模型得到的结论与

文献［28］一致． 此外，由新模型得到的 5083--O 铝合

金二维断裂曲线也与文献［28］中仅利用 η 的非线性

函数( Johnson--Cook 断裂模型) 拟合得到的二维断裂

曲线较好吻合，如图 10( b) 所示．

5 结论

( 1) 通过引入材料对不同孔洞演化机制的敏感程

度、对应力状态敏感程度及材料韧性断裂的损伤阈值

三个参数，提出了一个可以充分考虑韧性断裂物理过

程中微孔洞演化机制的非耦合型韧性断裂预测模型．
( 2) 基于该模型建立的三维韧性断裂曲面可以准

确地反映应力状态、孔洞演化机制和材料韧性断裂性

能三者之间的相互关系． 模型参数影响研究表明，材

料对孔洞长大机制越敏感，三维断裂曲面相对于应力
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图 10 5083--O 铝合金 . ( a) 三维断裂曲面; ( b) 二维断裂轨迹

Fig． 10 5083--O aluminum alloy: ( a) 3D fracture surface; ( b) 2D fracture locus

图 11 TＲIP690. ( a) 三维断裂曲面; ( b) 二维断裂轨迹

Fig． 11 TＲIP690: ( a) 3D fracture surface; ( b) 2D fracture locus

图 12 Docol 600DL 双相钢 . ( a) 三维断裂曲面; ( b) 二维断裂轨迹

Fig． 12 Docol 600DL dual-phase steel: ( a) 3D fracture surface; ( b) 2D fracture locus
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三轴度轴的倾斜程度越高; 材料对应力状态越敏感，三

维断裂曲面在应力空间中的弯曲程度越大; 材料的韧

性断裂损伤阈值越大，三维断裂曲面的高度越高．
( 3) 利用多种材料的韧性断裂数据对模型预测性

能进行了评判，结果表明，该模型在应力状态和材料方

面具有较好的适用性和准确性．
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