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摘 要

断裂韧性是衡量材料抵抗断裂能力的量度，受到拘束作用的显著影响。拘束

断裂理论历经了数十年的发展，提出了单参数、双参数、三参数和统一参数理论

来表征面内/面外拘束。然而这些理论存在着计算复杂，只能表征裂纹尖端应力

或应变场的缺点。因此，提出可表征面内/面外拘束，计算简便且能准确描述裂

尖应力应变场的统一参数，是结构安全性设计和完整性评定的重点研究内容。

本文通过理论分析、宏观试验，数值模拟相结合的方式，探究不同面内/面

外拘束对 G20Mn5QT 铸钢材料断裂韧性的影响。提出可以表征面内/面外拘束的

统一参数，并建立此与材料断裂韧度之间的关联线。通过引入图像处理技术和声

发射技术，对断裂韧度试验过程进行阶段性分析，建立断裂判据。本课题主要研

究内容及所得结论如下所示：

（1） 利用规则化法，计算 G20Mn5QT 不同面内拘束的紧凑拉伸（CT）试

样 RJ  曲线和延性断裂韧度 ICJ 。结果表明随着面内拘束的增强，材料断裂韧性

减弱。利用扫描电镜对断口形貌进行分析，结果表明随面内拘束的增强，断裂机

理从延性断裂经由韧性/脆性混合断裂转变为脆性断裂。

（2） 将图像处理技术和声发射技术相结合，对 G20Mn5QT 不同面内拘束

的CT 试样断裂韧度试验进行阶段性分析。其裂纹演变过程从预制疲劳裂纹开裂，

过渡至裂纹萌生，后经过缓慢、稳定、快速扩展直至最后失稳。将裂纹稳定扩展

时刻对应的断裂韧度 IPAEJ 作为试样失效的临界值，建立断裂判据 IPAEJ J ，并与

经典断裂判据 ICJ J 进行对比，结果表明断裂判据 IPAEJ J 应用于工程中更保守。

（3） 采用 ABAQUS 有限元软件内嵌的 GTN 细观损伤模型，预测

G20Mn5QT 不同面内/面外拘束的 CT 试样 RJ  曲线和延性断裂韧度 ICJ 。面内

或面外拘束的增强，导致材料断裂韧性的减弱。面内面外拘束具有交互作用，低

面内拘束会增强面外拘束的影响，而高面内拘束对面外拘束不敏感。

（4） 基于裂纹扩展路径上拘束控制区中屈服范围内等效应力—等效应变

曲线下面积，定义了一个新的面内/面外统一拘束参数 ESSA ，并建立其与材料无

量纲断裂韧度 IC refJ J 的关联线 EES IC refA J J ，为该材料实际工程构件或结构的

安全性设计与完整性评定提供计算参数和理论指导。

关键词：G20Mn5QT 铸钢材料，断裂韧性，面内/面外拘束，GTN 细观损伤模

型，图像处理技术，声发射技术
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ABASTRACT

Fracture toughness is a measure of the fracture resistance of materials, which is

significantly affected by the constraint of crack tip. Constraint is the hindrance of

material or structure on the plastic deformation at the crack tip. The constrained

fracture theory has been developed for decades, single parameter, two parameter, three

parameter and unified parameter theories have been proposed to characterize in-plane

constraints, out-of-plane constraints and their composite constraints. However, these

theories can only describe the stress or strain field at the crack tip and their calculation

process is complicated. Therefore, how to put forward a unified constraint parameter

that can characterize the in-plane and out-of-plane constraints and accurately describe

the stress-strain field at the crack tip is the key of structural safety design and integrity

evaluation.

In this paper, the effects of in-plane and out-of-plane constraints on the fracture

toughness of G20Mn5QT cast steel were investigated by means of theoretical

analyses, tests and numerical simulations. A new unified parameter EESA that can

characterize in-plane and out-of-plane constraints was proposed, and the correlation

line between EESA and dimensionless characteristic value IC refJ J was established.

Through introducing image processing and acoustic emission (AE) technique, the

stage analyses of fracture toughness test were carried out. The main research contents

and conclusions are as follows:

(1) The fracture toughness tests of compact tensile (CT) specimens with varying

in-plane constraints were carried out. J-R curves of G20Mn5QT cast steel were firstly

measured by Normalization Method. The characteristic values, namely initiation

toughness iJ and engineering initiation toughness ICJ , were calculated according to

ASTM E1820 and ISO 12315. The results show that with the strengthening of

in-plane constraints, J-R curves drop and characteristic values decrease. The fracture

morphology was analyzed by Scanning Electron Microscope (SEM). The fracture

mechanism can be revealed from ductile fracture through mixed ductile and brittle

fracture to brittle fracture with the enhancement of in-plane constraints.

(2) Image processing and AE technique were introduced to conduct stage

analyses of fracture toughness tests. The crack evolution process and damage
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accumulation process of CT specimens are analyzed through using image processing

and AE technique respectively. The fracture toughness test process changes from

fatigue precracking through crack initiation, then slow, stable and rapid crack

propagation to finally instability. The characteristic values at critical points are

calculated through the synergistic analysis of AE parameters-time curves and

load-displacement curves. BJ and CJ corresponding to the crack initiation (point B) and

the onset of stable crack propagation (point C) determined by stage analyses represent

the initiation toughness and engineering initiation toughness obtained from image

processing and AE technique. It is found that BJ is 10% ~ 30% smaller than iJ ,

and CJ is 8% ~ 40% smaller than ICJ , proving that the characteristic values estimated

through using the combination of image processing and AE technique are more

conservative.

(3) The GTN model embedded in ABAQUS finite element software was used to

predict J-R curves of G20Mn5QT using CT specimens with different in-plane and

out-of-plane constraints. The effects of 0f , Nf , cf and Ff in GTN model on

load-displacement curves, J-R curves and crack evolution process were studied in

detail for calibrating GTN model parameters precisely. It is demonstrated that the

numerical results using the calibrated GTN model are in good agreement with the

experimental measurements, which proves that GTN model is an convenient and

effective tool for evaluating the fracture toughness of materials. The increase of

in-plane or out-of-plane constraints makes J-R curves descent. There exists interaction

between the in-plane and out-of-plane constraints. The lower in-plane constraints

strengthen the out-of-plane constraints effects, while the higher in-plane constraints

are not sensitive to the out-of-plane constraints.

(4) The static crack tip stress-strain field of CT specimens with different

in-plane and out-of-plane constraints was analyzed through using ABAQUS. Based on

the area under the equivalent stress-strain curve in the yield range of the constraint

control zone on the crack growth path, a new in-plane and out-of-plane unified

constraint parameter ESSA can be defined. There exists a sole linear relation

between ESSA and the dimensionless characteristic value IC refJ J regardless of in-plane

or out-of-plane constraints or both. IC refJ J can be used to characterize the effect of

in-plane and out-of plane constraints on the fracture toughness of G20Mn5QT. It

provides calculation parameters and theoretical guidance for the safety design and

integrity evaluation of practical engineering components or structures.
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第 1 章 绪论

1.1 研究背景及意义

铸钢材料 G20Mn5QT 是欧洲规范 DIN EN 10293[1]规定的一种低碳合金钢材。

因其良好的力学性能和适用性，多以铸钢节点的形式，广泛应用在桥梁工程、结

构工程等建筑工程领域中，如图 1-1 所示。

(a) 柏林 Humboldthafen 桥[2] (b) 上海浦东国际机场[3]

(c) 杭州国际会议中心[4] (d) 重庆渝北体育馆[5]

图 1-1 G20Mn5QT 铸钢节点实际工程应用

受铸造工艺限制，在节点浇筑过程中，铸钢材料内部会存在如夹杂、偏析、

气孔和裂纹等缺陷。此外，铸钢节点所受荷载和应力状态十分复杂，往往会以疲

劳、受弯（拉、压）破坏、延性/脆性损伤等形式失效。为了预防事故的发生，

需要对其进行准确的安全性设计和完整性评定，而设计和评定过程中需要明确材

料的断裂韧性[6-9]。因此，对铸钢材料 G20Mn5QT 的断裂韧度进行测量和评定，

具有突出的理论研究和实际应用价值。
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断裂韧性衡量材料抵抗断裂能力的高低，其性能指标为断裂韧度。断裂韧度

有特征值和阻力曲线（R 曲线）两种表征形式，其中断裂韧度特征值又可根据所

测试材料荷载—位移曲线的不同响应，分为线弹性特征值（如应力强度因子K）

和弹塑性特征值（如 J积分或裂纹尖端张开位移CTOD ）。阻力曲线仅针对弹塑

性材料，意为在有限的裂纹扩展范围内，J积分或CTOD 随裂纹长度变化的连续

曲线，可表示为 RJ  曲线或CTOD R 曲线。目前世界各国针对金属断裂韧度

的测量，颁布了相应的标准，主要包括国际标准 ISO 12315[10]，美国标准 ASTM

E399[11]、ASTM E1820[12]，英国标准 BS 7448-4[13]、BS 8571[14]、DVN RP F108[15]

以及中国标准 GB/T 21143[16]等。标准中推荐的测试试样有紧凑拉伸（CT）试样，

单边缺口弯曲试样（SENB）试样，中心裂纹（MT）试样，圆盘状紧凑拉伸（DCT）

试样，拱形拉伸（AS）试样以及单边缺口拉伸（SENT）试样，如图 1-2 所示。

每种试样均有三个重要尺寸参数，分别为裂纹长度 a，试样厚度B和试样宽度W。

其中，SENB 试样、CT 试样和 SENT 试样被广泛应用在评估材料的断裂韧性之

中。

(a) SENB 试样 (b) CT 试样 (c) MT 试样 (d) DCT 试样 (e) AS 试样

图 1-2 标准推荐的断裂韧度测试试样

材料的断裂韧性受裂尖拘束的影响。拘束是材料或结构对裂纹尖端区域塑性

变形的阻碍作用，与裂纹尖端应力应变场密切相关。拘束作用越强，对裂纹尖端

区域的塑性变形阻碍作用越大，裂纹尖端区域出现的屈服范围越小，材料克服塑

性变形做功越少，材料的断裂韧度越小；拘束作用越弱，对裂纹尖端区域的塑性

变形阻碍作用越小，裂纹尖端区域出现的屈服范围越大，材料克服塑性变形做功

越多，材料的断裂韧度较大。因此，拘束作用的强弱与材料断裂韧度的大小呈现

反比趋势。拘束可以分为材料拘束和几何拘束：材料拘束是指材料性能失配，如

焊缝等所引起的拘束作用；几何拘束是指试样或结构的几何尺寸、裂纹长度的不

同所引起的拘束作用。几何拘束可以进一步细分为面内拘束和面外拘束：面内拘

束是指裂纹扩展方向上的尺寸，如未开裂韧带长度b的不同所引起的拘束作用；

面外拘束是指与裂纹尖端相平行方向上的尺寸，如试样厚度 B的不同所引起的拘

束作用。通常面内拘束用裂纹长度与试样宽度的比值，即 a W 来表征；面外拘

束用试样厚度与试样宽度的比值，即 B W 来表征。
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在现行的断裂韧度测量标准[10-16]中，除 BS 8571[14]和 DVN RP F108[15]所采用

的 SENT 试样是低拘束试样（0.2 0.5a W  ，1 5B W  ），其余标准所采用

的试样均为高拘束试样（0.45 0.7a W  ，0.5 1B W  ），以测得保守的断裂

韧度下限值。但对于实际工程构件或结构，其缺陷通常为表面浅裂纹，面内拘束

较低；而厚度更是不定，面外拘束或低或高。因此，标准规定高拘束试件的断裂

韧度，对于评定低拘束构件或结构的完整性时会产生保守的结果，造成材料浪费，

导致经济损失；对于评定极高拘束构件或结构的完整性时会产生非保守的结果，

引起严重的安全隐患。为了进行准确的评定，需详细探讨面内/面外拘束对材料

断裂韧性的影响，并提出可以表征面内/面外拘束的统一拘束参数，建立其与材

料断裂韧度的关联，更准确地评估材料的断裂韧性。

断裂韧度试验过程一般分为三个阶段：裂纹萌生阶段、裂纹稳定扩展阶段以

及裂纹失稳扩展阶段。阶段性分析以及各阶段分界点的断裂韧度特征值计算可以

通过声发射技术来实现。声发射是指在荷载作用下，材料内局部区域应力集中，

导致变形或断裂，从而快速释放能量并产生瞬态弹性波的现象。若释放能量足够

大，则可产生人耳可以听到的声音。但绝大多数材料在变形和断裂时释放的声发

射信号强度太过微弱，需要借助灵敏的电子仪器进行检测。因此，材料内部释放

的弹性波传播到材料表面，引起可以探测的表面位移，利用高灵敏度声发射传感

器将材料的机械振动转换为电信号，通过前置放大器对电信号进行放大，利用采

集处理系统中的模拟数字转换器（ A D转换器）将电信号转换为数字信号，进

而对波形和特征参数进行分析、记录与显示，以此实现对试样或结构实时监测的

技术，称为声发射技术。声发射技术的原理图如图 1-3 所示。声发射技术因其动

态实时性、整体连续性、易操作性、尺寸不敏感性、环境不敏感性等多种优良性

能，广泛应用在石油化工工业的管道阀门泄漏检测，航天航空工业的飞机壳体腐

蚀、断裂检测以及交通运输工业的桥梁隧道缺陷检测等众多领域中。

图 1-3 声发射检测原理图
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由于材料内部释放的弹性波在传输过程中会不可避免地发生折射、反射等，

导致声发射传感器采集到的电信号波形十分复杂，信号转换过程也会引起信息丢

失。因此，最终显示的声发射波形与原始波形有着一定的差异，且对声发射波形

直接进行处理是比较困难的。目前，对于声发射信号的分析，广泛采用的是声发

射信号参数分析法，即以多个简化的、横坐标为时间的波形特征参数来表示声发

射信号的特征，然后对其进行分析和处理[17]，如图 1-4 所示。声发射特征参数含

义及用途如表 1-1 所示。

图 1-4 声发射波形特征参数定义图示

表 1-1 声发射特征参数含义及用途

特征参数 单位 含义 特点及用途

阈值 dB 人为设定的声发射信号幅值下限值 滤除低幅值信号，减少数据量

撞击计数 个

声发射信号幅值超过阈值并使某一

声发射通道获取到数据，称为一个撞

击。所测得的撞击个数为撞击计数。

反映声发射活动的总量和频

度，用于声发射活动性评价

事件计数 个

产生声发射的一次材料局部变化称

为一个声发射事件。所测得的事件个

数为事件计数。

反映声发射事件的总量和频

度，用于声发射活动性评价

振铃计数 个 声发射信号超过阈值的震荡次数
与阈值有关，广泛用于声发射

活动性评价

上升时间 μs
声发射信号第一次超过阈值至最大

幅值所经历的时间
用于噪声鉴别
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表 1-1（续）

特征参数 单位 含义 特点及用途

持续时间 μs
声发射信号第一次越过阈值至最终

降至阈值所经历的时间

与阈值有关，用于特殊声发射

源的类型和噪声鉴别

到达时间 μs 一个声发射波达到传感器的时间
决定波源位置、传感器间距和

传播速度，用于波源位置测定

初始频率 kHz 峰前振铃计数/上升时间 粗略反映信号频率

反算频率 kHz 峰后振铃计数/（持续时间-上升时间） 粗略反映信号频率

平均频率 kHz 振铃计数/持续时间 粗略反映信号频率

RMS mV 采样时间内，信号电平的均方根值
与阈值无关，用于连续型声发

射活动性评价

ASL dB 采样时间内，信号电平的均值
用于对时间分辨率要求不高

的连续型信号的评价

幅值 dB 声发射信号波形的最大振幅值
与阈值无关，作为声发射源强

度大小和衰减快慢的量度

能量 μv s 信号检测波包络线下的面积
对阈值不敏感，用于波源类型

鉴别和声发射活动性评价

绝对能量 J
电压信号的平方在持续时间下的积

分值

反映信号的真实能量，用于连

续型声发射活动性评价

信号强度 pv s 电压信号在持续时间下的积分值
与能量类似，用于波源类型鉴

别和声发射活动性评价

由于声发射特征参数种类繁多，不同的参数有着不同的特点和用途，因此，

如何选取合适的参数，来对断裂韧度试验过程进行准确有效的阶段性分析，将会

成为研究重点。此外，弹塑性断裂力学中经典的 J积分断裂判据表示为 ICJ J ，

其物理含义为：当裂纹驱动力 J达到延性断裂韧度 ICJ 时，构件或结构不能承受

荷载而失效。而通过阶段性分析，可以确定出试样失效时刻，从而计算出相应的

断裂韧度特征值，新的断裂判据被提出。将其与 J积分断裂判据进行比较，判断

其可行性与适用性，也是需要关注的重点。

综上所述，本文通过理论分析、宏观试验，数值模拟和声发射参数分析相结

合的方式，探究不同面内/面外拘束对 G20Mn5QT 断裂韧性的影响，提出可表征

面内/面外复合拘束的统一参数，并建立其与材料断裂韧度的关联线。此可为

G20Mn5QT 铸钢材料的安全性设计和完整性评定提供参数和理论指导，使声发

射技术在金属材料断裂韧性评价领域得到进一步应用。
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1.2 国内外研究历程和现状

1.2.1 G20Mn5QT 的国内外研究历程和现状

目前针对 G20Mn5QT 铸钢材料的研究，主要集中在疲劳性能分析、滞回性

能分析、微观机制模型参数标定以及温度对材料力学特性的影响这四方面。具体

研究内容及所得结论总结如下：

郭琪[18]对 G20Mn5QT 标准试样以及 G20Mn5QT 与 Q345B 的焊接标准试样

和环形对接焊缝试样进行疲劳试验，得到 S N 曲线。之后利用有效缺口应力法

和基于母材和焊缝的局部应变法，得到焊接接头的热点应力 S N 曲线。最后通

过数值模拟，对影响试样疲劳性能的三个参数，热轧钢管壁厚 t，径厚比 d t，

以及铸钢管和热轧钢管壁厚比T t，进行参数化分析，分析不同参数对疲劳性能

的影响。

许颜涛[19]完成了G20Mn5QT及其与Q345D的对接焊缝的疲劳裂纹扩展试验，

得到了两种材料在三种应力比、两种试样厚度、多种最大荷载下的疲劳裂纹扩展

速率曲线。提出了双参数裂纹扩展驱动力模型，以简化疲劳裂纹扩展计算，改进

了疲劳设计和剩余寿命的计算方法。通过引入声发射技术，对试验过程中采集到

的声发射信号进行聚类分析，揭示了 G20Mn5QT 及其对接焊缝的疲劳裂纹扩展

为拉伸断裂、剪切断裂和裂纹尖端循环塑性变形组合的机理。建立了基于声发射

信号的 G20Mn5QT 及其对接焊缝疲劳裂纹监测方法，实现了疲劳裂纹的识别、

定位、损伤定量和剩余寿命预测。

王鑫 [20]开展了 G20Mn5QT 及其与 Q345D 热轧钢对接焊缝在质量分数为

3.5%的 NaCl溶液中的腐蚀试验，揭示其腐蚀过程为点蚀形成——裂纹成核——

裂纹扩展——裂纹失效四阶段。并利用三参数威布尔模型对铸钢及其对接焊接腐

蚀疲劳寿命进行预测和评估。

Han 等人[21]对 G20Mn5QT 进行了一系列应变比为 1 的循环加载试验，并引

入一个新的损伤变量，考虑强度退化对最大等效塑性应变和等效塑性应变增量两

个内变量的影响。并利用 ABAQUS 提供的用户子程序接口 VUMAT，将提出的

损伤变量引入循环本构模型，得到了等效塑性应变与损伤变量、杨氏模量和屈服

强度之间的关系。

Tong 等人[22]对 G20Mn5QT 连杆进行了循环加载试验，研究了连接件上有无

腹板开孔和开孔形式对其破坏模式、变形和极限承载力、延性、刚度和耗能性能

的影响，得到连杆试样的延性性能由于腹板开孔而降低，不同开孔形式对承载力
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和刚度基本无影响，但对延性性能影响显著的结论。

雷鹏[23]对 G20Mn5QT 标准圆棒试样在单调拉伸荷载作用下的微观机制模型

SMCS 和 VGM 模型，以及在超低周循环荷载作用下的微观机制模型 DSPS、

CVGM 和 ICVGM 模型进行研究，标定了 G20Mn5QT 的微观机制模型参数。在

此基础上，对 4 个铸钢连接件连接节点的单向拉伸试验进行了断裂预测以验证

SMCS 和 VGM 模型的适用性；并通过铸钢空心球节点的往复加载有限元分析，

研究了 DSPS、CVGM 和 ICVGM 模型在预测该节点 ULCF 寿命的使用效力。

李帅[24]对 G20Mn5QT 圆周平滑槽口试样进行单调拉伸试验，同时结合有限

元分析，校准得到了 G20Mn5QT 在 20 C 、 20 C  、 40 C  和 60 C  下 VGM 和

SMCS 微观机制模型的断裂参数。通过双孔平板试样和梁柱铸钢连接节点在单调

拉伸荷载作用下的断裂分析，验证了校准的 VGM 和 SMCS 模型的准确性，并研

究了低温对铸钢节点断裂性能的影响。

Lu等人[25]对G20Mn5N和G20Mn5QT的后热力学性能进行了综合试验研究。

探讨和分析了铸钢生产工艺（正火 N 或调质 QT）、暴露温度、冷却方式（水冷

和空冷）、循环加热和冷却工艺对铸钢力学性能的影响。试验结果表明，在温度

超过 700 750 C  时，两种铸钢材料的后热力学性能受生产工艺、暴露温度和冷

却方式的影响十分显著，而受循环加热和冷却工艺的影响较小。同时提出了两种

铸钢材料空冷和水冷后热力学性能的预测经验公式。

1.2.2 断裂韧性的国内外研究历程和现状

断裂韧度可以分为断裂韧度特征值和裂纹扩展阻力曲线，阻力曲线可对材料

完整的断裂过程进行量度，更加适用于含缺陷结构的安全性设计和完整性评定。

RJ  曲线意为在有限的裂纹扩展范围内，J积分值随裂纹扩展长度变化的曲线，

可以表征材料抵抗裂纹萌生、裂纹稳定扩展和裂纹失稳扩展的能力。 RJ  曲线

可以通过多试样法和单试样法进行测定：多试样法试验过程繁琐，数据处理量大，

且只能用于确定延性断裂韧度 ICJ 而无法获得裂纹扩展全范围的 RJ  曲线；单试

样法仅需对一个试样进行断裂韧度试验，即可得到全范围 RJ  曲线以及延性断

裂韧度 ICJ 。因此，本小节针对单试样法测定 RJ  曲线的研究历程进行详细介绍，

分为 J积分值的计算以及裂纹长度的预测两部分内容。

1.2.2.1 J积分值的计算

1968 年，Rice[26]提出表征弹塑性材料含缺陷结构裂纹尖端应力场强度的参

数— J积分，将其作为弹塑性材料的断裂评判指标，计算公式如式(1-1)所示。由

于 J积分与积分路径的选取无关，因此， J积分也被称为路径无关积分。
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1 2
2 2 1 2

1 1 1

d d d di
i
u u uJ W x T W x T T
x x x 

   
          
  (1-1)

其中：W为应变能密度； iT为牵引矢量分量； iu 为位移矢量分量；为裂纹

尖端前缘任一闭合路径，d为沿路径方向长度增量； 1x 为沿裂纹方向的坐标， 2x

为垂直于裂纹方向的坐标，坐标原点在裂纹尖端。J积分计算图示如图 1-5 所示。

图 1-5 J积分计算图示

如何通过试验的方式测得 J积分值是需要解决的重点问题。Rice[26]经过严格

的理论分析得出结论：J积分等于非线性弹性裂纹体单位断裂表面积上的能量释

放率，在位移控制加载条件下的表达式如式(1-2)所示：

d
d
UJ
B a 

   
 

(1-2)

其中：U 为储存在材料内部的应变能；下标表示在加载过程中位移增量保

持不变。由于应变能U 等于在试验过程中试样荷载—位移曲线下的面积，因此，

式(1-2)可改写为式(1-3)的形式：

0 0

1 1d d
P

P

PJ P
B a B a





                 (1-3)

试样的位移可以分为弹性位移 el 和塑性位移 pl 两部分，因此， J积分可

表示为弹性分量 elJ 和塑性分量 plJ 之和，且 elJ 与弹性应变能释放率G相等，可通

过应力强度因子 K进行计算。为了求出不同试样形式的 J 积分塑性分量 plJ ，

Sumpter 和 Turner[27]引入了塑性因子，如式(1-4)所示：

2
pl

el pl pl '
AKJ J J G J

E Bb


      (1-4)

其中：b为未开裂韧带长度，b W a  ； plA 为荷载—位移曲线下塑性面积；
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在平面应力条件下， 'E E ；在平面应变条件下， 2' 1E E   ，E和 分别为

材料的弹性模量和泊松比。需要注意的是，根据位移测量位置的不同，荷载—位

移曲线可分为荷载—裂纹嘴张开位移（CMOD ）曲线以及荷载—加载线位移

（LLD ）曲线，两种曲线形式均可用于计算 J积分。

由此可见，塑性因子为计算 J积分塑性分量 plJ 的重点。国内外学者针对不

同试样类型（SENB，SENT 和 CT，如图 1-2 所示）以及不同几何尺寸（ a W 和

B W ），基于不同的位移测量位置（CMOD 和LLD ），利用有限元计算得到不

同材料特性的塑性因子表达式，整理总结在表 1-2 中。

表 1-2 SENB、SENT 和 CT 试样塑性因子 表达式汇总

试件

类型

作者

/机构
表达式及其适用范围

SENB

标准[10-13,16]

2
CMOD
PS 3.667 2.199 0.437   0.45 0.7a a a

W W W
           

   

LLD
PS 1.9  0.45 0.7a

W
   

Sumpter[28]

2 3

CMOD
PS

0.32 12 49.5 99.8   0.282

2                                                                 0.282

a a a a
W W W W

a
W



                      
 

Kirk[29]
2

CMOD
PS 3.785 3.101 2.018   0.05 0.7  4,5,10,50a a a n

W W W
            

   

Kim[30]
2

CMOD
PS 3.724 2.244 0.408   0.05 0.7a a a

W W W
           

   

Donato[31]

2
CMOD
PS 3.6496 2.111 0.341   0.15 0.7  5,10,20a a a n

W W W
            

   
2

LLD
PS

0.383 9.946 17.260   0.05 0.3
  5,10,20

1.816 0.127                            0.3 0.7

a a a
W W W n
a a
W W



                
       

Zhu[32]

2
CMOD
PS 3.667 2.199 0.437   0.05 0.7a a a

W W W
           

   
2

LLD
PS 1.620 0.850 0.651   0.25 0.7a a a

W W W
           

   

Petti[33] CMOD
3D 3.38 1.61   0.05 0.7a a

W W
      

 

Dey[34]
LLD
PS 1.8

1.9

0.5361.9   0.15 0.7  2,3,5,7,10a n
Wan

W

     
   
 
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表 1-2（续）

试件

类型

作者

/机构
表达式及其适用范围

SENB Souza[35]

2
CMOD
PS 3.432 1.647 0.065   0.1 0.7  5,10,20a a a n

W W W
            

   
2

CMOD
3D 3.862 3.550 1.659   0.1 0.7  5,10,20a a a n

W W W
            

   

CT

标准[10-13,16]
PS 2 0.522 1   0.45 0.7a a

W W
       

 

Mathias[36]

2 3
CMOD
3D 2.264 18.244 26.430 +12.124

0.45 0.7  5,10, 20

a a a
W W W

a n
W

              
     

  

2 3
LLD
3D 1.669 19.807 30.118 +14.099

0.45 0.7  5,10, 20

a a a
W W W

a n
W

              
     

  

Sen[37]

1LLD 1
PS

0.172 0.02912
0.04952

0.8449
1.5

7.6983.7981.117 1.294 + +

1                +      0.45

a
n W

a
We e

nan
W

a
Wan

W




      
   




  

   
 


   
 

标准

销孔端
SENT

标准[14,15]
i5

CMOD
3D

0

0.88 1   0.2 0.5,  1 5
B
Wi

i
i i

a a Be
W W W


 



  
 



                    


Cravero[38] CMOD
3D 0.9167 0.0837   0.1 0.7  5,10,20a a n

W W
       

 

Ruggieri[39]

i5
CMOD CMOD
3D

0

  0.2 0.7  5,10,20i
i

a a n
W W

 


     
 


i5

LLD LLD
3D

0

  0.2 0.7  5,10,20i
i

a a n
W W

 


     
 



固定端
SENT

标准[14,15]
i5

CMOD
3D

0

0.85 1    0.2 0.5,  1 5
B
Wi

i
i i

a a Be
W W W


 



  
 



                    


Cravero[38] CMOD
3D 1.0398 0.6870   0.1 0.7  5,10,20a a n

W W
       

 

Shen[40]

i10
CMOD CMOD
3D

0

  0.1 0.7i
i

a a
W W

 


    
 


i10

LLD LLD
3D

0

  0.1 0.7i
i

a a
W W

 


    
 


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表 1-2（续）

试件

类型

作者

/机构
表达式及其适用范围

固定端
SENT

Ruggier[41]

i5
CMOD CMOD
3D

0

  0.1 0.7i
i

a a
W W

 


    
 


i5

LLD LLD
3D

0

  0.1 0.7i
i

a a
W W

 


    
 



Wang[42]

5 3
CMOD CMOD CMOD
3D ,

0 0

1   0.3 0.7
NB i

j W
i j i

i j

a an e
W W

  
  
 

 

                     
 

5 3
LLD LLD LLD
3D ,

0 0

1   0.3 0.7
NB i

j W
i j i

i j

a an e
W W

  
  
 

 

                     
 

Ruggieri[39]

i5
CMOD CMOD
3D

0

  0.2 0.7  5,10,20i
i

a a n
W W

 


     
 


i5

LLD LLD
3D

0

  0.2 0.7  5,10,20i
i

a a n
W W

 


     
 



Mathias[36]

i5
CMOD CMOD
3D

0

  0.2 0.7  5,10,20i
i

a a n
W W

 


     
 


i5

LLD LLD
3D

0

  0.2 0.7  5,10,20i
i

a a n
W W

 


     
 



注： A
B 上标 A 分为CMOD 和 LLD ，代表位移测量位置；下标B 分为 PS和 3D，代表

平面应变试样和三维试样；n为材料硬化系数。销孔端和固定端 SENT 试样塑性因子 表达

式为高次多项式形式，其参数详见对应的参考文献。

式(1-4)的适用条件为静态裂纹，即裂纹不扩展的情况。Ernst[43]等人提出了

裂纹扩展修正的 J积分计算公式，如式(1-5)所示。该公式被收录在现行断裂韧度

测量规范[10-13,16]中，成为单试样法测量 RJ  曲线中经典 J积分计算公式。

 
  

 

   
 

 

   
 

    

2

pl

11 pl pl 1
pl pl 1 1

N ( 1)1

'

1

i

i i

i ii i i
i i i

ii

K
J J

E

a aA A
J J

b B b




 
 



 

        
     

(1-5)

其中，    pl pl 1i iA A  为从第 1i  步到第 i步之间的荷载—位移曲线下增量塑性

面积。和 为塑性因子，两者之间关系如式(1-6)所示：

 
1 d1 1

d
a
W a W

 


             
(1-6)
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1.2.2.2 裂纹长度的预测

1. 弹性卸载柔度法

弹性卸载柔度法是由 Clarke[44]等人首次提出的，该方法每隔一定的位移增量，

将试样部分卸载，如图 1-6 所示。随着裂纹扩展，试样刚度降低，卸载柔度增大，

因此可以通过测量卸载柔度来预测裂纹长度。

(a) 加载/卸载过程 (b) 卸载柔度拟合

图 1-6 弹性卸载柔度法试验荷载—位移曲线[45]

卸载柔度利用最小二乘法拟合得到，SENB 试样[10-13,16]、CT 试样[10-13,16]、销

孔端以及固定端SENT试样[38]的裂纹长度与卸载柔度之间关系式均为5次多项式

形式，如式(1-7)所示，不同试样类型的多项式系数如表 1-3 所示。

5
e

0

e

1      SENB
4 1

   
1               CT, SENT

1

i
i

BWEC S
a W u u

B EC





    

 

 (1-7)

其中：C为卸载柔度，u为无量纲卸载柔度；S和W分别为 SENB 试样跨度

和宽度； eB 为试样有效厚度，  2
e NB B B B B   。

表 1-3 不同试样类型 系数汇总

试样类型 几何尺寸 0 1 2 3 4 5

SENB 0.45 0.7a W  0.999748 -3.9504 2.9821 -3.21408 51.51564 -113.031

CT 0.45 0.7a W  1.000196 -4.06319 11.24 -106.043 464.335 -650.677

销孔端

SENT
4,6,10H W  1.0056 -2.8744 5.4420 -12.510 16.012 -7.0642
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表 1-3（续）

固定端

SENT

4H W  2.3928 -14.074 47.881 -104.58 124.20 -59.423

6H W  2.1263 -13.461 51.299 -120.47 147.83 -71.812

10H W  1.6485 -9.1005 33.025 -78.467 97.344 -47.227

弹性柔度卸载法作为基本测试方法，在对不同材料，不同试样的 RJ  曲线

测定中得到了广泛的应用[38,39,45-49]。然而该方法试验操作复杂，需要高精度测试

仪器，且不适用高速率加载和没有严格线弹性加载段的材料，存在一定的局限性。

2. 直流电势降法

直流电势降法是由 Johnson[50]等人提出，Schwalbe[51]和Bakker[52]进行验证的，

其试验程序如图 1-7 所示。

图 1-7 直流电势降法试验程序[12]

该方法可以实时监测裂纹扩展情况，当对试样施加恒定电流时，试样表面监

测点的电势降会随着裂纹长度的增加而增加，因此可以通过测量电势降变化来预

测裂纹长度。但电势降也会受到试样塑性变形的影响，因此很难区分出电势降变

化是裂纹扩展导致还是塑性变形导致。相比于弹性卸载柔度法，直流电势降法的

应用较少[53,54]。

3. 规则化法

规则化法基于载荷分离法[43,55,56]和主曲线法[57-59]，可直接通过试样的荷载—

位移曲线来预测裂纹长度，其计算流程主要分为以下三步：

（1） 将荷载最大值之前的所有（位移，荷载）数据点，利用式(1-8)和式(1-9)

进行规则化处理：



天津大学硕士学位论文

14

 
 

 
N

b

i
i

i

F
F

W a
WB

W


 

  
 

(1-8)

 
   

pN
i i

i

v P C
q

W


 (1-9)

其中： NF 和 pNq 分别为规则化荷载和规则化塑性位移， ba 为钝化修正的裂纹

长度，C为试样初始柔度。需要注意的是，最终（位移，荷载）数据点也需进行

规则化处理，但需将式(1-8)中的 ba 替换成终止裂纹长度 fa 。

（2） 从最终规则化数据点向前面规则化数据点作切线，选择切点以左和

pN 0.001q  之间的数据点，利用式(1-10)进行规则化方程拟合：
2

pN pN
N

pN

l m q o q
F

p q
   




(1-10)

其中， l，m，o， p为拟合参数。

（3） 利用迭代程序，以式(1-8)和式(1-10)之间的差值小于0.1% 为迭代终止

条件，逆向推导出每一个（位移，荷载）数据点所对应的裂纹长度。

规则化法试验操作简便，可以在高温、高加载速率、腐蚀等条件下使用，得

到了国内外学者越来越多的关注[60-70]。

1.2.3 拘束断裂理论的国内外研究历程和现状

国内外众多学者经过数十年的研究，提出许多表征裂纹尖端拘束作用的参数，

并建立拘束参数与材料断裂韧性之间的关联。根据其研究历程，所提出的拘束参

数可分为单参数、双参数、三参数和统一参数，下面将进行详细介绍。

1.2.3.1 单参数断裂理论

1948 年，Irwin[71]基于弹性力学方法，提出应力强度因子K，并将其与 Griffith

理论[72]中的弹性应变能释放率G联系起来，奠定了线弹性断裂力学的理论基础。

由于应力强度因子K为弹性参数，无法表征具有大范围塑性变形材料的断裂行为。

为了克服线弹性断裂力学的局限性，1968 年，Rice[26]提出了 J积分这一概念。同

年，Hutchinson[73]与 Rice，Rosengren[74]分别提出了针对非线性幂硬化材料，由 J

积分主导的平面裂纹尖端应力场的渐进解，即HRR 奇异解，奠定了弹塑性断裂

力学的理论基础。

然而经过 Lee 和 Parks[75]，Kim 等人[76]的理论分析、试验研究和数值模拟，

发现对于低载荷水平下的高拘束试样，裂纹尖端应力场接近于HRR 场，此时 J积

分可以作为试样断裂的判据；但对于高载荷水平下，已经发生大范围屈服的试样
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或几何尺寸较小且裂纹长度较小的低拘束试样，裂纹尖端应力场偏离HRR 场，

此时 J积分无法作为试样断裂的判据。因此，为了准确描述低拘束试样和发生大

范围屈服试样的裂纹尖端应力场，发展了双参数断裂理论。

1.2.3.2 双参数断裂理论

1974 年，Rice[77]将 Williams[78]提出的描述各向同性线弹性材料裂纹尖端应力

场的K T 双参数理论进行改进，用以描述线弹性材料或小范围屈服下的裂纹尖

端应力场，如式(1-11)所示：

  1 12ij ij i j
K f T
r

   


  (1-11)

其中：K为应力强度因子； r为计算点到裂纹尖端的距离；  ijf  为裂纹尖

端角位置函数；T为T应力，是沿裂纹方向的拉伸应力； ij 为克罗内克函数。

Dodds 等人[79]和 Bilby 等人[80]的研究表明，T应力对裂纹尖端应力场的影响

显著，只有满足小范围屈服条件，K T 双参数才可以准确描述裂纹尖端应力场。

Betegon 和 Hancock[81]将T应力与 J积分相结合，提出 J T 双参数理论，用以描

述弹塑性材料在大范围屈服条件下的裂纹尖端应力场。K T 双参数理论和 J T

双参数理论，被成功用于拘束对材料断裂韧度特征值 ICK 和 ICJ 影响的研究之中

[82-84]。

由于T应力是弹性参数，描述弹塑性材料裂纹尖端应力场存在一定的局限性。

因此，1991 年，O’Dowd 和 Shih[85]提出Q因子，如式(1-12)所示，将其与 J积分

相结合，形成 J Q 双参数理论。
SSY

0

Q   



 ( 0  ，
0

2r
J 

 ) (1-12)

其中：  为试样在当前裂纹尖端应力场中的裂纹尖端张开应力； SSY
 为

标准场，即小范围屈服场中的裂纹张开应力； 0 为屈服应力； 为极坐标角度；

r为计算点离裂纹尖端的距离； J为 J积分。

O’Dowd 等人 [85-88] 进行了大量的有限元分析， J Q 双参数理论在

0 05J r J   范围内均可准确描述裂纹尖端应力场。但随着试样逐渐屈服，

J Q 双参数解逐渐偏离有限元数值解。对于发生大范围屈服的高拘束试样，

J Q 双参数理论无法与裂纹尖端应力场一一对应。尽管如此，J Q 双参数理论

仍被应用在拘束对材料延性断裂韧度 ICJ 影响的研究之中[86,89-91]。

1993 年，Yang[92,93]等人与 Chao[94]等人，经过严格的理论推导，提出了 2J A

双参数理论，如式(1-13)所示，以此描述弹塑性材料在平面应变状态下的裂纹尖

端应力场。
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 
 

 
 

 
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     



              
       

  

(1-13)

其中：    k
ij  （ 1,2,3k  ）为应力函数； 0 为屈服应力； r为计算点离裂

纹尖端的距离； L为量纲长度，一般取为1m； kS （ 1 2 3 2 12S S S S S    ）为应

力指数，

 1

1
0 0

S

n

JA
I L 


 

  
 

， 1
1

1
S

n
    

。其中 J为 J积分； 为应变硬化系

数； n为应变硬化指数； nI 为与 n有关的常数； 0
0 E


  ， E为弹性模量。

Chao 和 Zhu[92,95]的研究结果证明：在小范围屈服，大范围屈服甚至是全面屈

服条件下， 2A 为常数且与载荷无关，可准确描述任一状态下的裂纹尖端应力场。

因此 2J A 双参数理论既可以表征拘束对材料延性断裂韧度 ICJ 的影响[93]，还可

以表征拘束对材料 RJ  曲线的影响[61,95,96]。

上述拘束参数T、Q和 2A ，均描述的是面内拘束对裂纹尖端应力场的影响。

而实际构件或结构中的裂纹，不仅有面内拘束作用，还有面外拘束作用。因此，

1993 年，Guo[97-100]引入了面外拘束因子 zT ，如式(1-14)所示，并提出了 zJ T 双

参数理论以对裂纹尖端应力场进行描述。

 
zz

z
xx yy

T 
  


 (1-14)

其中： xx 、 yy 和 zz 为 x， y和 z三个方向上的正应力； 为泊松比。

面外拘束因子 zT 的提出，使得国内外学者对面内拘束和面外拘束同时存在的

三维试样裂纹尖端应力场的研究越来越多[81, 89,101-111]。然而研究结果表明，目前

的双参数断裂理论，无法准确描述具有面内/面外复合拘束试样裂纹尖端应力场。

因此，为了准确描述面内拘束和面外拘束同时作用时对裂纹尖端应力场的影响，

发展了三参数断裂理论。

1.2.3.3 三参数断裂理论

2000 年，Guo[112,113]将 zT 引入K T 双参数理论中，得到了可以有效描述线弹

性材料在面内/面外复合拘束作用下裂纹尖端应力场的 zK T T  三参数理论，如

式(1-15)所示：

 

 

1 1

33 11 22

     , 1, 2
2ij ij i j

z

K f T i j
r

T

   


  

   

  

(1-15)

张斌[114]的研究表明， zT 可以用式(1-16)进行描述：
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11 exp
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t
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z r z rT A B
t t t t


 
 
 

                          

(1-16)

其中： 为材料的泊松比； t为板厚； A、 1B 和 2B 为与 z t有关的函数。

2007 年，Guo[98-100]将 zT 引入 J Q 双参数理论中，得到了可以有效描述弹塑

性材料在面内/面外复合拘束作用下裂纹尖端应力场的 zJ Q T  三参数理论，如

式(1-17)所示：

 

 

 

 

1 1

0 0

0
0

,
,

     0 2Z

n

ij ij Z Tij ij
Z

ij ij J T
Tij

J T Q
I n T r

Q r J

   
 

 
 







  
   
  



  





且

(1-17)

Zhao 和 Guo[115-119]对典型的三维裂纹，包括表面裂纹、穿透裂纹、角裂纹和

内埋裂纹等，经过大量的理论分析与数值模拟，给出了可以准确地描述整个塑性

区内的在面内/面外复合拘束作用下裂纹尖端应力场的 zK T T  和 zJ Q T  三

参数方法。

上述的三参数理论，虽可以描述三维裂纹应力场，但参数太多，计算复杂。

因此，为了将面内/面外复合拘束作用对裂纹尖端应力应变场的影响进行统一表

征，发展了统一参数理论。

1.2.3.4 统一参数断裂理论

早在 1991 年，Clausmeyer 等人[120]就提出用应力三轴度 h，来表征面内/面外

复合拘束作用。同年，Anderson 和 Dodds[79,121,122]提出一个新的拘束因子C，如

式(1-18)所示，来表征复合拘束作用对裂纹尖端应力场的影响。

1 yC   (1-18)

其中， 1 为裂纹尖端前最大正应力， y 为屈服应力，C为任意常数。当C一

定时，裂纹尖端前 1 yC   所围面积越大的裂纹，其拘束越大。

2009 年，Mostafavi[123]等人对拘束因子C进行改进，得到新的拘束因子，

如式(1-19)所示：

c ssyA A  (1-19)

其中， cA 为试样断裂时裂纹尖端塑性区面积， ssyA 为平面应变状态下高拘束

试样断裂时裂纹尖端塑性区面积。

Mostafavi[123-125]等人经过试验和有限元模拟分析指出：应力三轴度 h对面内

拘束和面外拘束的敏感度不同，不能准确描述面内/面外复合拘束对裂纹尖端应

力场的影响；而拘束因子对面内拘束和面外拘束同样敏感，可以表征任一拘束
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下的裂纹尖端应力场，且可以与不同拘束试样的延性断裂韧度 ICJ 建立联系，绘

制出 ICJ  关联线。因此，拘束因子可以准确描述面内/面外复合拘束对裂纹

尖端应力场的影响。

2014 年，杨杰[126]认为当试样发生大范围屈服或全面屈服时，裂纹尖端塑性

区会扩展到试样表面，从而和加载处塑性区相连，无法准确求出 cA 。为解决此

问题，杨杰[126]基于裂纹尖端前等效塑性应变 p 等值线所围区域面积，定义了一

个新的表征面内/面外复合拘束参数 pA ，来描述裂纹尖端应变场，如式(1-20)所示：

p PEEQ refA A A (1-20)

其中， PEEQA 为结构或试样断裂时 p 等值线下所围绕的等效塑性区面积， refA

为所规定的平面应变状态下高拘束标准试样断裂时 p 等值线下所围绕的等效塑

性区面积。

杨杰[126]、刘尚彬[127]、严博锐[128]、查媛媛[129]等人的研究表明，材料的无量

纲化断裂韧度 IC refJ J 与 pA 之间呈直线关系，且该直线与所选择的等值线 p 无

关，只与材料有关。对于不同加载方式、不同几何尺寸和裂纹长度的试样，拘束

参数 pA 与无量纲化断裂韧度 IC refJ J 之间依然有良好的线性关系，进一步表明

拘束参数 pA 可以对面内/面外复合拘束进行表征。统一拘束因子 pA 已成功应用于

对不同面内/面外拘束的含裂纹管道的断裂韧度特征值和断裂载荷的预测之中，

并取得比较准确的结果[126-129]。

1.2.4 GTN 细观损伤模型的国内外研究进展和现状

Gurson-Tvergard-Nedleman 模型，即 GTN 模型，是含微孔材料连续介质单

元体的体胞模型，该模型从细观层面上分析了微孔洞形核，相邻孔洞聚合形成微

小裂纹，微裂纹贯通形成宏观裂纹而导致试样无法承受载荷而断裂破坏的演化过

程。GTN 模型可以直接描述试样裂纹尖端区域的损伤和断裂，纳入了拘束对裂

纹尖端应力应变场和材料损伤断裂行为的影响，因而是解决拘束问题的细观损伤

断裂的方法[126]。

GTN 模型是 Tvergard 和 Nedleman[130,131]将微孔洞形核和聚集行为引入

Gurson 损伤模型[132]中发展而来的，GTN 模型有 9 个参数，可以分为 4 类，分别

为：模型本构参数 1q 、 2q 、 3q ；孔洞形核参数 N 、 NS 、 Nf ；初始孔洞体积分数

0f 和孔洞演化临界参数 cf 、 Ff 。

1.2.4.1 模型本构参数

GTN 模型屈服函数如式(1-21)所示：
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 

   
     

 
(1-21)

其中： 1q 、 2q 、 2
3 1q q 为模型本构参数，表征孔洞之间的相互作用以及孔

洞周围不均匀应力应变场的影响； m 为平均应力， eq 为等效应力， f 为流动

应力； f  为孔洞体积分数，为 GTN 模型的损伤变量。

1.2.4.2 孔洞形核参数

孔洞形核机制模型可以分为三种：应力控制、应变控制和统计规律控制[133]。

对于大多数韧性材料，其内部微孔洞形核机制与应变控制形核机制模型相符

[134-136]，且 ABAQUS 有限元软件内嵌的 GTN 模型也只考虑了应变控制形核机制

模型。

应变控制形核机制模型理论认为材料中的碳化物或二相粒子等大多以与机

体脱离的方式形成微孔洞，机体材料内部微孔洞的数量受到塑性应变的影响，且

与应变成正比[137]。其形核过程表达式如式(1-22)所示：
2

p NN

NN

1exp
22

fA
SS

 



  
    
   

(1-22)

其中： A为孔洞数量； Nf 为孔洞形核粒子体积分数； N 为孔洞形核粒子平

均应变； NS 为孔洞形核粒子标准差； p 为基体材料等效塑性应变率。

1.2.4.3 初始孔洞体积分数

初始孔洞体积分数 0f 反应了材料的相对密度， 0f 越小，材料越致密。GTN

模型只适用于 0 0.1f  的材料。

1.2.4.4 孔洞演化临界参数

GTN 模型中的基本损伤变量是孔洞体积分数 f ，是由 Gurson 模型中孔洞体

积分数 f 演化而来的，引入了孔洞聚合引起的材料承载应力降低的影响，两者之

间的关系如式(1-23)所示：

 

c

F c
c c c F

F c

F F

                                         

          

                                       

f f f

f ff f f f f f f
f f

f f f







    


 

(1-23)

其 中 ： cf 为 临 界 孔 洞 体 积 分 数 ； Ff 为 失 效 孔 洞 体 积 分 数 ；

 2
F 1 1 3 3f q q q q    。当 cf f  时，材料内部微孔洞开始形核并缓慢增长；

当 c Ff f f  时，相邻微孔洞之间开始聚合，逐渐形成微小裂纹，但此时仍能承
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受外载；当 Ff f  时，微小裂纹相互贯通形成宏观裂纹，材料不能继续承载而

导致其失效。

GTN 模型的 9 个参数，需要通过试验测定和数值模拟相结合的方法进行标

定，标定好的 GTN 模型可以用来预测不同试样形式不同拘束程度的断裂韧度

[70,126,138-143]。

Samal[138]等人通过有限元分析，标定了四种材料的 GTN 模型参数，并利用

标定好的模型，采用 SENB 试样，预测了其 RJ  曲线和延性断裂韧度 ICJ 。杨

杰[126]利用 GTN 模型，对不同裂纹深度和试样厚度的 SENB，CT、SENT 和 CCT

四种试样类型进行 RJ  曲线的模拟。Han[139]等人利用 GTN 模型，量化了 SENB

试样面内面外拘束作用对裂纹尖端张开位移 CTOD 的影响，并基于此提出一种

API X65 钢断裂失效准则。李相清[140]采用 SEM 电镜扫描技术和 CTX  透视技

术标定 GTN 模型参数。基于该模型计算了 SA508-III 钢不同试样类型、不同温

度下的 RJ  曲线。陈茂名[141]将缺口圆棒试验和数值模拟相结合，标定了 Q345B

的 GTN 模型参数，将其应用于 T 型相贯节点和梁柱焊接节点的损伤预测中。

Zhao[142]等人运用 GTN 模型，测定了不同厚度、不同裂纹长度的 CT 试样 RJ  曲

线，试验结果与模拟结果吻合度较高，证明了 GTN 模型预测的准确性。Qiang[143]

利用单边缺口拉伸试验和 SENB 试样断裂韧度试验，校准了 GTN 模型，计算得

到了 X80 管线钢不同焊接位置的 RJ  曲线。Liu[70]等人采用不同厚度、不同裂

纹长度的 SENT 试样，通过 GTN 模型预测了 API X80 钢材不同面内面外拘束下

的 RJ  曲线。

1.2.5 声发射技术在断裂韧性领域应用的国内外研究进展和现状

声发射技术可以对断裂过程进行实时监测，通过研究声发射特征参数，可以

定性分析材料的损伤演化过程，定量计算材料的断裂韧度特征值。目前针对声发

射技术在断裂韧性领域中的研究，主要集中在确定裂纹萌生点和计算初始或临界

断裂韧度值这两方面。具体研究内容及所得结论总结如下：

Roy[144]等人将声发射技术引入 AISI 304LN 焊缝在单调荷载和循环荷载作用

下的断裂韧度试验之中，认为用声发射幅值最大值所对应的荷载计算出的断裂韧

度为声发射技术确定的初始断裂韧度 iJ 。结果证明，在单调荷载或循环荷载作用

下，通过声发射技术计算的 iJ 比通过标准公式计算的 iJ 分别小54%和17% 。

Oskouei[145]等人将材料的力学性能和声发射参数相结合，提出一个新的参数

 s aln E E ，即试样断裂能 sE 与声发射绝对能量 aE 比值的自然对数，来预测玻璃

纤维增强的聚酯树脂这种复合材料的层间断裂韧度 ICG ，其值与用标准公式计算

的 ICG 值相近。
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Mukhopadhyay[146]等人提出用声发射计数的二阶导数来预测 SA333 Gr.6 钢

材的初始断裂韧度 iJ ，此值与用标准规定的延伸区高度（SZH）测量法计算得到

的 iJ 值非常一致。

Hui[147]等人利用声发射技术实时监测碳纤维增强的碳化硅复合材料的损伤

累积过程，通过分析声发射特征参数计算出该材料的临界应力强度因子 ICK ，认

为利用声发射技术计算的 ICK 值比利用传统方法计算出的 ICK 值更能反映材料的

韧性特征。

Lomas[148]等人将声发射技术应用到煤炭划痕试验中，对声发射参数和摩擦系

数进行协同性分析，将其分为三种类型信号，并以此预测煤炭的断裂韧度。

Saidane[149]等人对亚麻、玻璃以及混合亚麻—玻璃纤维编织复合材料进行双

悬臂梁试验，通过分析声发射参数，计算了该材料的层间断裂韧度 ICG ，并结合

电镜扫描（SEM）试验，分析其断裂机理。

Zhang[150]等人提出了一种将数字图像相关法（DIC）和声发射技术相结合的

测量聚乙烯管材料延性断裂韧度 ICJ 的方法。声发射技术用于监测裂纹损伤以获

得试样启裂时间；DIC 用于捕获试样表面变形以测量裂纹长度，并根据严格的定

义计算 J积分。通过该方法计算的 ICJ 值与通过数值模拟计算出的 ICJ 值误差很小。

1.3 目前研究存在问题

通过对 G20Mn5QT 的国内外研究历程和现状分析可知，目前对 G20Mn5QT

铸钢材料断裂韧性的研究尚未进行。因此亟需对其展开探究，为该材料的安全性

设计和完整性评定提供参数。

通过对断裂韧性的国内外研究历程和现状分析可知，对 SENB 和 SENT 试样

塑性因子表达式的研究十分充分，但对于 CT 试样的研究甚少。当利用规则化

法测定材料的 RJ  曲线时，如何选取钝化线方程、如何确定切点的坐标以及如

何编写迭代程序来预测裂纹长度，都没有具体的解决措施。因此需要对 CT 试样

塑性因子表达式进行推导，对规则化法计算步骤进行详细介绍，使材料的断裂

韧性得到更加准确的评估。

通过对拘束断裂理论的国内外研究历程和现状分析可知，目前提出的可以表

征面内/面外复合拘束的参数或理论，三参数断裂理论参数多，公式复杂，且只

能描述裂纹尖端应力场；统一拘束因子 pA 计算繁琐，且只能描述裂纹尖端应变

场。因此，需要提出一个可以同时表征面内/面外复合拘束，描述裂纹尖端应力

应变场，且便于计算的拘束因子。

通过对 GTN 细观损伤模型的国内外研究历程和现状分析可知，GTN 模型参
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数多，不同参数对试样荷载—位移曲线和 RJ  曲线的影响尚不清楚。因此，需

要对其进行参数化分析，以便标定出准确的模型参数，实现对材料 RJ  曲线和

延性断裂韧度 ICJ 的准确预测。

通过对声发射技术在断裂韧性领域应用的研究历程和现状分析可知，目前针

对不同材料不同试样形式裂纹萌生点的确定和初始或临界断裂韧度值的计算有

一定的研究，但对于材料断裂过程的阶段性分析和损伤累计演化过程的分析尚不

充分。因此，需要对不同声发射参数的特征进行研究，选取合适的声发射参数进

行断裂过程的阶段性分析，并明确其裂纹演化过程。

1.4 研究内容及思路

1.4.1 研究内容

本文以 G20Mn5QT 铸钢材料为研究对象，通过理论分析、宏观试验，数值

模拟和声发射参数分析相结合的方式，探究不同面内/面外拘束对材料断裂韧性

的影响，提出可以表征面内/面外复合拘束的统一拘束参数，建立其与材料断裂

韧度的关联线，为 G20Mn5QT 铸钢材料的安全性设计和完整性评定提供参数和

理论指导。本文主要研究内容如下所示：

（1） 不同面内拘束的 G20Mn5QT 断裂韧度测定

对不同面内拘束的 CT 试样进行断裂韧度试验，通过有限元分析得到新的塑

性因子表达式，利用规则化法计算其 RJ  曲线以及延性断裂韧度 ICJ ；利用电

镜扫描技术对不同面内拘束的 CT 试样断裂机理进行分析；明确面内拘束对材料

断裂韧性的影响。

（2） 基于声发射和图像处理的 G20Mn5QT 断裂韧度试验阶段分析

利用图像处理技术对 CT 试样表面裂纹不同时刻下裂纹扩展长度进行测量，

确定预制疲劳裂纹开裂时刻和裂纹萌生时刻；结合声发射参数在裂纹扩展阶段表

现出的明显特征差异性，对断裂韧度试验过程进行阶段性分析，建立断裂判据，

并与弹塑性断裂力学中经典的 J积分断裂判据 ICJ J 进行比较，分析其可行性与

适用性。

（3） 不同面内/面外拘束的 G20Mn5QT 断裂韧度预测

利用 ABAQUS 有限元软件中内嵌的 GTN 模型，通过对初始孔洞体积分数 0f 、

孔洞形核粒子体积分数 Nf 、临界孔洞体积分数 cf 以及失效孔洞体积分数 Ff 的参

数化分析，标定 GTN 模型参数，利用标定好的 GTN 模型预测不同面内拘束、不

同面外拘束以及面内/面外复合拘束的 CT 试样 RJ  曲线以及延性断裂韧度 ICJ ，
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分析不同拘束作用对材料断裂韧性的影响。

（4） 基于等效应力应变的面内/面外拘束统一表征参数

通过计算不同面内/面外拘束的 CT 试样与标准高拘束 CT 试样裂纹扩展路径

上拘束控制区中屈服范围内的等效应力和等效应变，求出其等效应力—等效应变

曲线下面积 MA 和 refA ，提出可表征面内 /面外复合拘束的统一拘束参数

ESS M refA A A ，来描述裂纹尖端应力应变场；建立不同面内/面外拘束的 CT 试

样无量纲延性断裂韧度 IC refJ J 与 ESSA 的关联线 IC ref ESSJ J A ，用于评价

G20Mn5QT 铸钢材料实际工程构件或结构中裂纹缺陷的安全性。

1.4.2 研究思路

本研究首先对 G20Mn5QT 不同面内拘束的 CT 试样进行断裂韧度试验，利

用规则化法求出其 RJ  曲线以及延性断裂韧度 ICJ ，明确面内拘束对该材料断裂

韧性的影响。然后通过将图像处理技术与声发射技术相结合，对断裂韧度试验过

程进行阶段性分析，计算出各阶段分界点的断裂韧度，并基于此建立新的断裂判

据。之后采用 ABAQUS 有限元软件中内嵌的 GTN 模型，预测不同面内拘束、

不同面外拘束以及面内/面外拘束同时变化时 G20Mn5QT 的断裂韧度，明确不同

拘束作用对该材料断裂韧性的影响。最后提出一个可以表征面内/面外复合拘束

的统一参数，建立其与材料断裂韧度之间的关联线，为 G20Mn5QT 的完整性评

定提供参数与理论指导。

本文的研究思路如图 1-8 所示。

图 1-8 本文研究思路图
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第 2 章 不同面内拘束的 G20Mn5QT 断裂韧度试验

2.1 前言

材料的 RJ  曲线以及延性断裂韧度 ICJ 受拘束影响。标准规定的高拘束试件

的断裂韧度，对于评定低拘束构件或结构的完整性时会产生保守的结果，造成材

料浪费，导致经济损失；对于评定极高拘束构件或结构的完整性时会产生非保守

的结果，引起严重的安全隐患，因此需要进行拘束对材料断裂韧性影响的研究。

拘束可以分为材料拘束和几何拘束，几何拘束又可以进一步分为面内拘束和面外

拘束。本章针对面内拘束对 G20Mn5QT 铸钢材料断裂韧度试验进行详细说明。

采用紧凑拉伸（CT）试样，以不同初始裂纹长度 0a 来表征面内拘束，对

G20Mn5QT 铸钢材料进行断裂韧度试验。在试验过程中引入工业相机对裂纹演

变过程进行实时拍照；引入声发射设备对断裂韧度试验过程进行实时监测。前者

通过图像处理技术测量不同时刻的裂纹长度以确定预制疲劳裂纹开裂时刻和裂

纹萌生时刻；后者通过分析声发射参数来研究裂纹扩展过程的阶段性特征。将图

像处理技术与声发射技术相结合可对断裂韧度试验过程进行阶段性分析。

2.2 试验设计

2.2.1 试验材料

本试验选用材料为 G20Mn5QT 铸钢材料和 40Cr 合金钢。前者用于加工圆棒

拉伸试样和 CT 试样；后者用于加工 CT 试样夹具。为了保证试样材料性能的一

致性，本试验浇铸了一块尺寸为650mm 350mm 30mm  的铸钢板。文中用到的

圆棒拉伸试样和 CT 试样，均是从这块铸钢板切割下来并加工的，如此可以保证

试样材料的化学组分和力学性能相同。

2.2.2 试样设计

2.2.2.1 圆棒拉伸试样

根据标准 ASTM E8/E8M[151]，设计标准圆棒拉伸试样，如图 2-1(a)所示，试

样尺寸如图 2-1(b)所示。圆棒拉伸试样共有三个平行试样。



天津大学硕士学位论文

26

(a) 实物图

(b) 尺寸图（单位：mm ）

图 2-1 标准圆棒拉伸试样

2.2.2.2 CT 试样

根据标准 ASTM E1820[12]，本试验选取 CT 试样，设计 6 种不同的初始裂纹

长度 0a 以表征面内拘束的变化。不同面内拘束的 CT 试样几何尺寸如表 2-1 所示，

编号为 A05B15 的 CT 试样实物图如图 2-2(a)所示，试样尺寸如图 2-2(b)所示。每

一种不同面内拘束的 CT 试样均有 3 个平行试样。

表 2-1 不同面内拘束的 CT 试样几何尺寸

试样

编号

试样

厚度

B ( mm )

试样

宽度

W ( mm )

台阶

高度

h ( mm )

机械加工

缺口长度

nl ( mm )

预制疲劳

裂纹长度

pa ( mm )

初始裂纹

长度

0a ( mm )

面内

拘束

0a W

A02B15

15 60 4.5

5.5

2

12 0.2

A03B15 11.5 18 0.3

A04B15 17.5 24 0.4

A05B15 23.5 30 0.5

A06B15 29.5 36 0.6

A07B15 35.5 42 0.7
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(a) 实物图 (b) 尺寸图（单位：mm ）

图 2-2 CT 试样（编号：A05B15）

2.2.2.3 夹具

根据标准ASTM E1820[12]，本试验选取平底加载销孔 U 型钩夹具，如图 2-3(a)

所示，试样尺寸如图 2-3(b)所示。

(a) 实物图 (b) 尺寸图（单位：mm ）

图 2-3 平底加载销孔 U 型钩夹具

2.2.3 声发射装置

在进行断裂韧度试验时，引入美国 PAC 公司生产的多通道全数字式声发射

检测系统，包括传感器、前置放大器、数据采集系统和分析软件。

传感器与试样表面接触，利用内部晶体的压电效应，将探测到的试样表面机

械振动转换为电信号。本试验采用R15谐振式窄带传感器，如图 2-4(a)所示。

经传感器转换的电信号十分微弱，且经常被噪声信号掩盖。利用前置放大器

可以将传感器输出的微弱电信号放大，从噪声信号中分离出来。本试验采用
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2 / 4 / 6型前置放大器，如图 2-4(b)所示。

数据采集系统将前置放大器传输过来的电信号通过模拟数字转换器（A D

转换器）转换成数字信号，并对其进行分析、记录、储存和输出。本试验采用

PCI-2 型数据采集系统，如图 2-4(c)所示。

分析软件可以对数据采集系统采集到的声发射波形或参数进行分析，包括波

形的频域分析，参数的时域分析，声发射源的定位等。本试验采用 AEwinTM 分

析软件，如图 2-4(d)所示。

(a) 传感器 (b) 前置放大器

(c) 数据采集系统 (d) 分析软件

图 2-4 声发射检测系统

2.2.4 试验参数确定

2.2.4.1 G20Mn5QT 力学性能参数

通过对标准圆棒拉伸试样进行单轴拉伸试验，可得到 G20Mn5QT 铸钢材料

的基本力学性能参数，包括断后伸长率 、截面收缩率 、屈服强度 y 、极限

强度 u 、弹性模量 E和泊松比，如表 2-2 所示。

表 2-2 G20Mn5QT 铸钢材料基本力学性能参数

断后伸长率

 ( % )

断面收缩率

 ( % )

屈服强度

y ( MPa )

极限强度

u ( MPa )

弹性模量

E ( MPa )

测试值 1 26.8 55.0 330.5 585.8 207100

测试值 2 27.2 55.2 327.9 582.4 208400

测试值 3 26.3 54.7 332.7 583.6 206200

平均值 26.8 55.0 330.4 583.9 207233

标准值[1] 22 — 300 500 600 —
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由表 2-2 可知，测试值 1 与平均值最为接近，因此以该试样测定结果为基准。

由于在数值模拟分析中，需要在 ABAQUS 有限元软件中输入真实应力和真实塑

性应变来表征材料本构关系，因此需要根据名义应力—应变曲线推导求出真实应

力—塑性应变曲线。平行试样 1 的名义应力—应变曲线如图 2-5(a)所示，推导过

程如下：

(a) 名义应力—应变曲线 (b) 真实应力—塑性应变曲线

图 2-5 G20Mn5QT 铸钢材料应力—应变曲线

在达到极限强度 u 之前，可认为试样没有发生颈缩现象，采用式(2-1)和式

(2-2)计算真实应力应变：

 true nomln 1   (2-1)

 true nom nom1    (2-2)

其中： nom 、 true 分别表示名义应变和真实应变； nom 、 true 分别表示名义

应力和真实应力。

断裂时刻的真实应力应变可以通过式(2-3)和式(2-4)计算：

 2fracture
true 0 fractureln d d     (2-3)

fracture fracture
true 2

fracture

=
4

F
d




(2-4)

其中： fracture
true 和 fracture

true 分别代表断裂时刻的真实应变和真实应力； fractureF 为

断裂时刻荷载值； 0d 和 fractured 分别为试验前后标距段截面直径。

从试样超过极限强度到断裂时刻这一过程中，试样发生明显的颈缩现象，采

用 Ramberg-Osgood 模型来计算真实应力应变，如式(2-5)所示：

true true true

0 0 0

σ
n

 


  
 

   
 

(2-5)

其中： 0 为参考应力，通常为屈服强度 y ； 0 0 E  ，E为弹性模量；
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和 n为 Ramberg-Osgood 模型的参数。

计算方法是，将试样在极限强度时刻和最终断裂时刻计算出的真实应力应变

带入式(2-5)中，求出 和 n。之后根据插值法，得到试样在极限强度到断裂时刻

期间的真实应力应变。经计算，G20Mn5QT 铸钢材料的 0.582  ， 7.382n  。

真实应变可看作真实塑性应变 plastic 和真实弹性应变 elastic 之和，因此，塑性

真实应变可根据式(2-6)进行计算：

true
plastic true elastic true E


       (2-6)

根据以上计算流程，可以得到平行试样 1 的真实应力—塑性应变曲线，如图

2-5(b)所示，以此作为 G20Mn5QT 在 ABAQUS 有限元分析中的本构模型。

2.2.4.2 最大疲劳裂纹预制力

ASTM E1820[12]和 GB/T 21143[16]都给出了最大疲劳裂纹预制力 fF 的计算公

式，分别为式(2-7)[12]、式(2-8)和式(2-9)[16]。本研究中选取三个公式计算值的最

小值，作为最大疲劳裂纹预制力 fF ，不同面内拘束的 CT 试样 fF 汇总在表 2-3 中。

需要注意的是，式(2-7)至式(2-9)的适用范围为0.45 0.7a W  ，因此不符合该尺

寸要求的 CT 试样， fF 的计算应乘以 0.8 的折减系数。

 
2

0
f y

0

0.4
2

BbF
W a

 


(2-7)

 0.5
N

f
0

2

0 2 3 4
0 0 0 0 0

2 1.5
0

2
0.886 4.64 13.32 14.72 5.6

1

 
  

 
 
 

                         
                    

W B B
F E

ag
W

a
a a a a aWg
W W W W Wa

W



(2-8)

 
 

2
0

f y
0

0.6
2
B W a

F
W a




 


(2-9)

其中：E和 y 分别为 G20Mn5QT 的弹性模量和屈服强度，从表 2-2 中查询；

W 、 B和 NB 分别为试样的宽度、厚度和净厚度，其中 NB 在 2.2.4.3 节中介绍，

其余参数从表 2-1 中查询； 0a 、 0b 分别为试样初始裂纹长度和初始韧带长度，

0 0b W a  ，从表 2-1 中查询；为常数，其值为 4 1 21.6 10 m 。
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表 2-3 不同面内拘束的 CT 试样最大疲劳裂纹预制力 fF

面内拘束程度 0a W 最大疲劳裂纹预制力 fF ( kN )

0.2 20.38

0.3 15.50

0.4 14.86

0.5 11.20

0.6 7.93

0.7 5.02

根据 ASTM E1820[12]和 GB/T 21143[16]对于应力比的规定：预制疲劳裂纹过

程的应力比应在0 0.1 之间。因此本试验中，应力比 0.1R  。

2.2.4.3 侧槽尺寸

ASTM E1820[12]和 GB/T 21143[16]强烈建议，在测量材料 RJ  曲线时，为了

获得平直的裂纹前缘，需要对试件表面加工侧槽，且对侧槽尺寸进行了说明。本

试验规定：CT 试样前后表面均加工侧槽，侧槽深度 N 0.2 3mmB B  ，两边深度

各为1.5mm ；侧槽根部半径 0.4mmr  ，角度 90  。

2.2.4.4 试验机标称能力

GB/T 21143[16]规定：CT 试样进行断裂韧度试验时，试验机标称能力应该超

过 L1.2F ， LF 计算公式如式(2-10)所示：

 
 

2
0

L u
02

B W a
F

W a



 


(2-10)

其中： u 为 G20Mn5QT 的极限强度，从表 2-2 中查询。

不同面内拘束的 CT 试样所需试验机标称能力 L1.2F 汇总在表 2-4 中。需要注

意的是，式(2-10)的适用范围为 0.45 0.7a W  ，因此不符合该尺寸要求的 CT

试样， L1.2F 的计算应乘以 1.2 的放大系数。

表 2-4 不同面内拘束的 CT 试样所需试验机标称能力 L1.2F

面内拘束程度 0a W 所需试验机标称能力 L1.2F ( kN )

0.2 224.95

0.3 182.36

0.4 142.35
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表 2-4 （续）

面内拘束程度 0a W 所需试验机标称能力 L1.2F ( kN )

0.5 105.44

0.6 72.30

0.7 43.80

2.2.4.5 声发射参数设置

声发射参数设置主要为声发射硬件设置，包括通道设置、定时参数设置和数

据组/外参数设置。通道设置的内容和参数以及定时参数设置分别汇总于表 2-5

和表 2-6 之中。在数据组/外参数设置中，选择输出所有声发射特征参数，即第 1

章 1.1 节表 1-1 中所有参数全部勾选。

表 2-5 声发射通道设置内容及参数

门槛 内部

增益

前置

增益

模拟滤波器 波形设置

类型 数值 浮动门宽 下限 上限 采样率 预触发 长度

固定 35 dB 6 dB 0 40 dB 100 kHz 400 kHz 3 MSPS 256 μs 4 k

表 2-6 声发射定时参数设置

峰值定义时间 PDT 撞击定义时间 HDT 撞击闭锁时间 HLT 最大持续时间

300 μs 600 μs 1000 μs 1000 ms

2.3 试验步骤

2.3.1 预制疲劳裂纹试验

为了便于量测疲劳裂纹扩展长度，将所有 CT 试样前后表面进行镜面抛光处

理，并贴上比例尺。

预制疲劳裂纹试验在 PWS-E100 型电液伺服动静万能试验机上进行，如图

2-6 所示。将 CT 试样通过夹具安装在疲劳试验机上，以正弦波形式施加荷载，

频率 15Hzf  ，峰值荷载采用最大疲劳裂纹预制力 fF ，即表 2-3 中数值，应力比

0.1R  。

从图 2-6 中可以清晰地看到预制疲劳裂纹，试验过程中应时刻观察疲劳裂纹

开展情况，当预制疲劳裂纹长度达到约 2mm 时，停止试验，保存数据。
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图 2-6 预制疲劳裂纹试验

2.3.2 侧槽加工

预制疲劳裂纹试验结束后，将CT试样根据 2.2.4.3节所规定的尺寸加工侧槽，

如图 2-7 所示。

(a) 实物图 (b) 概念图

图 2-7 CT 试样侧槽

2.3.3 断裂韧度试验

断裂韧度试验在 DDL-100 型微机控制电子万能试验机上进行。将 CT 试样

通过夹具安装在试验机上，COD 夹式引伸计（标距和量程均为10mm）安装在试

样刀口位置处以测量加载线位移；声发射传感器通过耦合剂（凡士林）粘贴到试

样表面，连接好声发射设备，并根据 2.2.4.5 节的规定设置好参数；将工业相机
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摆放在试样前表面一定距离处，调整至画面清晰。断裂韧度试验如图 2-8 所示。

断裂韧度试验、声发射采集和相机拍摄，三者应同步进行。断裂韧度试验以

位移控制形式加载，位移速率为0.5mm/min；工业相机以每秒 5 张图片的速率进

行拍照。当荷载达到最大值时，停止试验。记录每个试样的荷载—位移曲线，为

后续 RJ  曲线和延性断裂韧度 ICJ 的计算提供参数；保存图像和声发射参数数据，

以便进行断裂韧度试验阶段性分析。

图 2-8 断裂韧度试验

2.3.4 二次疲劳试验

断裂韧度试验结束后，将 CT 试样通过夹具安装在疲劳试验机上，进行二次

疲劳试验，试验设置参数与 2.3.1 节相同，当二次疲劳裂纹长度达到约3mm 时，

停止试验。二次疲劳区域作为断裂韧度区和后续的最终断裂区的界限，可以准确

的量测出终止裂纹长度 fa

2.3.5 最终断裂试验

二次疲劳试验结束后，将 CT 试样通过夹具安装在万能试验机上，直接拉断，

暴露断口。测量裂纹长度，为 RJ  曲线和延性断裂韧度 ICJ 的计算提供参数。
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2.4 试验结果

2.4.1 裂纹长度

编号为 A05B15 的 CT 试样断口如图 2-9(a)所示，从图中可以清晰地看出预

制疲劳裂纹区、断裂韧性区、二次疲劳区以及最终断裂区。之后利用规范[10-13,16]

推荐的九点平均法测量相应的裂纹长度，如图 2-9(b)所示，计算公式如式(2-11)

所示。其中初始裂纹长度 0a 即为预制疲劳裂纹长度，终止裂纹长度 fa 为预制疲

劳裂纹末端到二次疲劳裂纹前端的距离，裂纹扩展长度 f 0a a a   。

(a) 断口区域 (b) 九点测量位置[16] (c) 试样测量

图 2-9 试样断口区域分析以及裂纹长度测量方法（编号：A05B15）

9
1 9

2

1
8 2 j

j

a aa a


     
  

 (2-11)

其中：a为裂纹长度。初始裂纹长度 0a 、终止裂纹长度 fa 以及裂纹扩展长度

a 均通过式(2-10)来计算。

不同面内拘束的 CT 平行试样的裂纹长度汇总于表 2-7。由表中数据可知，

平行试样 2 与平均值最接近。
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表 2-7 不同面内拘束的 CT 平行试样裂纹长度

裂纹

长度

试样

编号

平行

试样 1

平行

试样 2

平行

试样 3
平均值

相对误差( % )

1 2 3

初始裂纹

长度 0a (mm)

A04B15 25.923 25.046 24.864 25.278 2.553 0.916 1.636

A05B15 30.875 31.021 31.114 31.003 0.414 0.057 0.357

A06B15 37.002 37.561 37.937 37.500 1.328 0.163 1.165

A07B15 43.906 43.235 42.675 43.272 1.465 0.086 1.380

终止裂纹

长度 fa (mm)

A04B15 26.921 26.021 25.916 26.286 2.416 1.008 1.408

A05B15 31.689 31.988 32.237 31.971 0.883 0.052 0.831

A06B15 38.076 38.928 39.443 38.816 1.906 0.289 1.616

A07B15 44.306 43.664 43.216 43.729 1.320 0.148 1.172

裂纹扩展

长度 a (mm)

A04B15 0.998 0.975 1.052 1.008 1.025 3.306 4.331

A05B15 0.814 0.967 1.123 0.968 15.909 0.103 16.012

A06B15 1.074 1.367 1.506 1.316 18.368 3.902 14.467

A07B15 0.400 0.429 0.541 0.457 12.409 6.058 18.467

2.4.2 荷载—位移曲线

不同面内拘束的 CT 平行试样的荷载—位移曲线绘制于图 2-10。由图可知，

平行试样 2 曲线位于中部更接近于平均值。

(a) A04B15 (b) A05B15
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(c) A06B15 (d) A07B15

图 2-10 不同面内拘束的 CT 平行试样的荷载—位移曲线

需要重点提出的是，编号为 A02B15 和 A03B15 的 CT 试样在进行断裂韧度

试验时，出现了异常现象。编号为 A02B15 的 CT 试样在台阶处断裂，如图 2-11(a)

所示；编号为 A03B15 的 CT 试样在销孔上缘出现了一定程度的变形，如图 2-11(b)

所示。此时荷载—位移曲线下面积除了代表克服裂纹尖端塑性变形做功外，还有

克服销孔塑性变形做功。因此这两个尺寸的试样均无法测得 RJ  曲线和延性断

裂韧度 ICJ 。因此第 3 章仅对其余 4 个 CT 试样的试验结果进行分析，探究其断

裂机理。

(a) A02B15 (b) A03B15

图 2-11 异常现象
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2.4 本章小结

本章针对基于图像处理技术和声发射技术的不同面内拘束的 G20Mn5QT 铸

钢材料断裂韧度试验进行了详细介绍，包括材料选取、试样设计、设备选择、参

数确定、试验步骤以及试验结果，为后续 RJ  曲线和延性断裂韧度 ICJ 的计算以

及断裂韧度试验过程的阶段性分析提供指导。
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第 3 章 不同面内拘束的 G20Mn5QT 断裂韧度测定

3.1 引言

由第 1 章 1.2.2 节可知，材料 RJ  曲线的测定分为 J积分的计算和裂纹长度

的预测。J积分的计算在于塑性因子表达式的确定，而对于 CT 试样塑性因子

的研究并不充分，表 1-2 中断裂韧度测定标准[10-13,16]中的表达式是根据理想弹

塑性材料平面应变状态推导出来的；Mathias[36]等人计算了考虑不同材料硬化指

数 n的3D高拘束试样的表达式；Sen[37]等人提出的表达式的适用条件是平面

应变状态的低拘束试样。目前并没有针对低拘束和高拘束试样在3D 状态下表

达式的研究。

裂纹长度的预测方法有弹性卸载柔度法、直流电势降法以及规则化法。前两

种测试方法均需要精密的测试仪器且操作流程较复杂，规则化法可以直接通过试

样的荷载—位移曲线来预测裂纹长度，因此得到了国内外学者越来越多的关注。

然而，利用规则化法进行裂纹长度的预测时，如何选取钝化线方程、如何确定规

则化切点坐标以及如何编写迭代程序来预测裂纹长度，都没有具体的解决措施。

本章利用 ABAQUS 有限元软件，模拟得到适用于 G20Mn5QT 铸钢材料，宽

范围面内拘束的 CT 试样在3D状态下的塑性因子表达式，利用规则化法计算不

同面内拘束 CT 试样的 RJ  曲线和延性断裂韧度 ICJ ，并通过电镜扫描分析断口

形貌，明确不同面内拘束的 G20Mn5QT 铸钢材料的断裂机理。

3.2 不同面内拘束的 CT 试样塑性因子表达式

3.2.1 有限元模拟

3.2.1.1 材料和试样

本章研究材料为 G20Mn5QT 铸钢材料，其基本力学性能参数和真实应力—

塑性应变曲线如第 2 章 2.2.4.1 节表 2-2 和图 2-5(b)所示，试样形式为 CT 试样。

保持试样宽度W不变，通过改变初始裂纹长度 0a 来表征面内拘束的变化，其余

尺寸与试验试样完全相同。不同面内拘束的 CT 试样几何尺寸如表 3-1 所示。
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表 3-1 不同面内拘束的 CT 试样几何尺寸

试样

编号

试样厚度

B ( mm )

试样宽度

W ( mm )

初始裂纹长度

0a ( mm )

面内拘束

0a W

CT03

15 60

18 0.3

CT035 21 0.35

CT04 24 0.4

CT045 27 0.45

CT05 30 0.5

CT055 33 0.55

CT06 36 0.6

CT065 39 0.65

CT07 42 0.7

CT075 45 0.75

3.2.1.2 静态裂纹有限元模型

根据试样的对称性，选取四分之一的 CT 试样进行有限元建模，编号为 CT05

的试样模型如图 3-1(a)所示。模型采用线性减缩积分单元（C3D8R），单元个数

为 68014 个。其余尺寸试样与图 3-1 所示试样类似。

(a) 四分之一 3D模型
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(b) 裂纹尖端 (c) 侧槽

图 3-1 静态裂纹有限元模型（编号：CT05）

1. 模型细节

（1） 裂纹尖端

由于裂纹尖端存在着剧烈变化的应力应变梯度，为了得到准确的有限元分析

结果，裂纹尖端区域应采用细密的网格划分。本文采用了传统的聚焦环式网格包

围在初始根半径 0 2.5μm  的钝裂纹尖端，如图 3-1(b)所示。由于初始根半径 0

与试样宽度W的比值 5
0 4.17 10W   足够小，可以使得低荷载水平下的 J积分

值计算更精准，以增强非线性有限应变分析的收敛性。图 3-1(b)中的钝裂纹尖端

周围布置了 30 层聚焦圆环，最靠近裂尖的第 1 层圆环半径为初始根半径 0 的十

分之一，即0.25μm ；第 30 层圆环半径约为初始根半径 0 的 40 倍，即0.1mm 。

每一层聚焦圆环采用等间距布种，分别布置 10 个、15 个和 20 个种子以进行网

格敏感性分析，结果表明所计算的 J积分值不随网格尺寸变化，因此本文在钝裂

纹尖端布置 20 个种子。

（2） 侧槽

由于侧槽根部会有强烈的应力集中现象，因此该位置处的网格应当加密。图

3-1(c)所示的侧槽斜边区域布置 10 层网格，网格尺寸由试样自由表面（ 2Z B ）

向侧槽根部（ N 2Z B ）逐渐减小；净厚度区域布置 15 层网格，网格密度由试

样对称面（ 0Z  ）向侧槽根部（ N 2Z B ）逐渐降低。

2. 加载方式

CT 试样通过刚性销轴与销孔之间的面面接触进行加载，接触类型为无摩擦

硬接触。采用力控制加载，力施加在刚性销轴质心处，如图 3-1(a)所示，采用固

定分析步，利用 ABAQUS/Standard 求解器求解。由于塑性因子的计算基于小

应变假定（或小变形假定）条件，因此无需开启几何大变形，即“NLGEOM=off ”。

不同面内拘束的 CT 试样施加荷载值F 利用式(3-1)[152]进行计算：
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0 01.455   F A b (3-1)
1 22

0 0 0

0 0 0

2 2 22 2 1
      
          
       

a a aA
b b b

(3-2)

其中： 0a 为初始裂纹长度， 0b 为初始未开裂韧带长度， 0 0 b W a ； A为几

何因子，计算公式如式(3-2)所示； 0 为 Ramberg-Osgood 模型中的参考应力，即

为材料屈服应力 y 。

3. 输出参数

模型运行完成之后，需要提取每一分析步的刚性销轴质心位置处的荷载 iF、

施力点位移 iq 以及 J积分 iJ ，为后续塑性因子的计算提供参数。

3.2.2 计算方法

塑性因子的计算公式可通过将第 1 章 1.2.2.1 节式(1-4)变式得到，结果如式

(3-3)所示：

pl 0

pl

J B b
A


 

 (3-3)

因此，荷载—位移曲线下的塑性面积 plA 以及 J积分塑性分量 plJ ，是两个重

点计算参量，塑性因子的计算流程如图 3-2 所示。

图 3-2 塑性因子 计算流程

3.2.2.1 塑性面积 plA

J积分是表征弹塑性材料裂纹尖端应力场的参数，可通过裂纹体的能量释放

率来计算，如第 1 章 1.2.2.1 节式(1-3)所示。对于无裂纹体，J积分值应当为 0。

然而利用式(1-3)计算的结果是一个非零常数，两者相矛盾。因此，式(1-3)中所用

的位移应为裂纹导致的位移 crack ，可通过式(3-4)计算：
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crack total no-crack    (3-4)

其中： total 为总位移； crack 为裂纹导致的位移； no-crack 为无裂纹体位移。

同理，CT 试样塑性面积 plA 也应利用裂纹导致的施力点位移 crackq 来计算。需

要注意的是，3.2.1.2 节所提取的位移为施力点总位移 totalq ，无裂纹体施力点位移

no-crackq 可以通过建立 0a W  的 CT 试样来计算。

图 3-3(a)和(b)分别为编号为 CT035 和 CT07 试样的 totalq 、 crackq 以及 no-crackq 之

间的关系。从图中可以看出，低拘束试样（CT035） totalq 和 crackq 之间的差异比高

拘束试样（CT07）大很多，这一现象在 Dey 等人[35]和 Sen 等人[37]推导 CT 试样

和 SENB 试样的塑性因子表达式时也同样出现。

(a) CT035 (b) CT07

图 3-3 totalq 、 crackq 及 no-crackq 之间的关系

通过上述方法得到 crackq 之后，荷载—裂纹导致的施力点位移（ crackF q ）曲

线下的总面积 totalA 和初始斜率 0S 可利用积分和线性拟合的方法得到，塑性面积

plA 则可根据式(3-5)进行计算：
2

pl total
0

1
2

FA A
S

   (3-5)

3.2.2.2 J积分塑性分量 plJ

ABAQUS 有限元软件可通过围线积分的方法自动输出 J积分。根据 3.2.1.2

节所述，CT 试样在净厚度区域（ N 2B ）分为了 15 层，每一层的钝裂纹尖端均

有 30 条聚焦圆环，每一条圆环都被视为一条积分线，可输出一个 J积分。因此，

每一加载步下，ABAQUS 可输出15 30 450  个 J积分。本节采用加权平均法对

这 450 个 J积分进行分析计算，得到该加载步下最具代表性的 J积分值。

首先，对每一层的 30 个 J积分进行面内加权平均，其计算公式和示意图如
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式(3-6)和图 3-4(a)所示。从图中可看出，由于侧槽周围存在的应力集中会导致靠

近侧槽根部（Layer 14）的层间 J积分变化幅度较大，靠近对称面（Layer 0）的

层间 J积分则趋于平稳。

       

       

1 0 con 0, con 1, 2 1 con 1, con 2,

lay 
30 1 con 1, con , 30 29 con 29, con 30,

1 2 2

2 2

j j j j

j

i i i j i j j j

J J J J

J
J J J J

   

     

    
  

  
    
  
  





(3-6)

其中：i为聚焦圆环次序，0 30i  ， 0i  代表钝裂纹尖端； j为层间次序，

0 14i  ， 0j  代表对称面层 Layer 0， 14j  代表侧槽根部层 Layer 14； con ,i jJ

为第 j层第 i条聚焦圆环对应的 J积分； i 为该聚焦圆环的半径， 0 为钝裂纹的

初始根半径； lay jJ 为第 j层面内平均 J积分。

(a) 面内加权平均 (b) 面外加权平均

图 3-4 最终加载步时面内/面外加权平均 J积分的计算图示（编号：CT05）

之后，对 15 个不同层面内平均 J积分进行面外加权平均，其计算公式和示

意图如式(3-7)和图 3-4(b)所示。从图中可以看出，从侧槽根部处到Z向对称面，

面内平均 J积分呈现先急剧增大，而后稍微减小，再逐渐增大直至最后趋于平稳。

       

      

1 0 lay 0 lay 1 2 1 lay 1 lay 2

avg
N -1 lay -1 lay 14 13 lay 13 lay 14

1 2 2
2

2 2
j j j j

z z J J z z J J

J
B z z J J z z J J

    
  

  
    
 
  

(3-7)

其中： jz 为第 j层对应的Z向坐标， 0 0z  代表 Z向对称面层， 14 N 2z B 代

表侧槽根部层； avgJ 代表该加载步下面内面外加权平均 J积分。

通过上述计算流程，可得到每一加载步下单一的面内面外加权平均 J 积分

avgJ ， J积分塑性分量 plJ 可根据式(3-8)进行计算：
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 

 

2 2

pl avg

0
21/2

N

2 3 4
0 0 0 0 0

0
2 3/2

0

1

( )

2 0.886 4.64 13.32 14.72 5.6
( )

1

K
J J

E
aFK g
WBB W

a a a a a
W W W W Wag

W a
W


 

 

                        
           

  
 

(3-8)

3.2.3 计算结果

将计算得到的每一加载步下的塑性面积 plA 和 J积分塑性分量 plJ 带入式(3-3)

中，即可得到每一加载步下的塑性因子，如图 3-5(a)所示。选取数值平稳段（相

对误差不超过0.1% ）的平均值作为该试样的塑性因子 FEM ，其值如表 3-1 所示。

(a) 每一加载步下的塑性因子 (b) 不同面内拘束的塑性因子 FEM 拟合

图 3-5 不同面内拘束的 CT 试样塑性因子 FEM 计算图示

表 3-2 不同面内拘束的 CT 试样塑性因子 FEM

a W 0.3 0.35 0.4 0.45 0.5 0.55 0.6 0.65 0.7 0.75

有限元 FEM 1.710 1.981 2.166 2.198 2.199 2.195 2.186 2.170 2.162 2.165

现行标准[10-13,16] 2.365 2.339 2.313 2.287 2.261 2.235 2.209 2.183 2.157 2.131

相对误差 (%) 27.71 15.30 6.36 3.88 2.76 1.79 1.03 0.58 0.26 1.61

由表中数据可知，高拘束试样（0.45 0.75 a W ）有限元计算结果与利用

标准[10-13,16]所给公式（如表 1-2 所示）的计算结果相差很小，但对于低拘束试样

（0.3 0.45 a W ）利用标准公式计算结果偏大，误差不可忽略。这是由于标准
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公式是根据理想弹塑性材料、平面应变状态的高拘束试样推导出来的，因此对于

幂律硬化材料、3D 状态的低拘束试样会有较大偏差。

将塑性因子 FEM 通过多项式拟合，如图 3-5(b)所示，得到适用于 G20Mn5QT

铸钢材料，宽范围面内拘束的CT试样在3D状态下的塑性因子表达式，如式(3-9)

所示，适用范围为0.3 0.75 a W ，该结果可为后续 RJ  曲线的测定提供重要

且准确的参数。
2 3 4

5 6 7 8

653.17 10448.84 71829.61 277054.14 657229.86

        983510.82 907861.45 473143.86 10668 9.75

a a a a
W W W W

a a a a
W W W W

                   
       

                 
       

(3-9)

3.3 规则化法

图 3-6 为规则化法的计算流程图，主要分为三大部分：四参数规则化方程拟

合，实时裂纹长度预测以及 RJ  曲线和延性断裂韧度 ICJ 计算。基本参数为试样

的初始裂纹长度 0a 、终止裂纹长度 fa 以及试验过程中获取的荷载—位移曲线，

对于 CT 试样选取荷载—施力点位移（ F q ）曲线。

图 3-6 规则化法的计算流程图

3.3.1 四参数规则化方程拟合

由图 3-6 可知，四参数规则化方程拟合的步骤为：利用基本参数对数据点（q，

F）进行规则化处理，得到规则化数据点（ pNq ， NF ）。选取一定范围的规则化

数据点拟合得到四参数规则化方程，为后续通过迭代程序求得实时裂纹长度提供

重要参数。下面将对该部分进行详细介绍，重点是钝化裂纹长度 ba 的计算以及
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规则化切点（ pNtq ， NtF ）的确定。

3.3.1.1 基于初始裂纹长度 a0的 J积分计算

CT 试样基于初始裂纹长度 0a 的应力强度因子
0a

K 可根据式(3-10)进行计算：

 
 

 0

0
1/2

N

2 3 4
0 0 0 0 0

0
3/2

0

( )

2 0.886 4.64 13.32 14.72 5.6
( )

1

i
a i

F aK f
WBB W

a a a a a
W W W W Waf

W a
W

 

                        
           

  
 

(3-10)

基于初始裂纹长度 0a 的 J积分计算公式如式(3-11)所示：

     
       0

0 0 0

2 2
pl

el pl 
N 0

1 iai
a i a i a i

AK
J J J

E B b


    (3-11)

其中：  0a
 为基于初始裂纹长度 0a 的塑性因子，将 0a 带入到式(3-9)中计算得

到； plA 为 F q 曲线下的塑性面积，可通过式(3-12)进行计算：

     
2

pl total
1
2i i iA A F C    (3-12)

其中： totalA 为F q 曲线下的总面积，利用积分法计算即可；C为弹性柔度，

可通过对F q 曲线弹性段进行线性拟合分析得到，也可以根据式(3-13)进行计算：

 0

2
0 00

3 4 5
0e 0 0 0

2.1630 12.219 20.06511

1 0.9925 20.609 9.9314
a

a aa
W WWC aEB a a a

W W W W

                                             

(3-13)

其中： eB 为有效厚度，  2
e NB B B B B  

3.3.1.2 钝化裂纹长度 ba 的计算

Landes[153]等人提出了如式(3-14)所示的钝化裂纹长度 ba 计算公式，被收录在

美国标准 ASTM E1820[12]中，Cornec 等人[154]和 Landes[155]等人提出了如式(3-15)

所示的钝化裂纹长度 ba 计算公式，被收录在国际标准 ISO 12315[10]，英国标准

BS 7448[13]和中国标准 GB/T 21143[16]中。两者区别在于所选取的材料本构模型不

同，式(3-14)基于理想弹塑性材料本构模型，式(3-15)基于幂律硬化材料本构模型，

如图 3-7 所示：

 
 

0b
y2
i

i

J
a a


  (3-14)
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 
 

0b
u3.75

i
i

J
a a


  (3-15)

(a) 理想弹塑性材料 (b) 幂律硬化材料

图 3-7 两种钝化裂纹长度 ba 计算所采取的本构模型

考虑到 G20Mn5QT 铸钢材料的真实应力—应变曲线符合 Ramberg-Osgood

模型，属于幂律硬化材料，因此，选取式(3-15)来计算钝化裂纹长度 ba 。

3.3.1.2 规则化切点（ pNtq ， NtF ）的确定

将最大荷载 mF 之前（不包括 mF ）的所有数据点（ iq ， iF ）和试验最终数据

点（ nq ， nF ）进行荷载和施力点位移的规则化处理，如式(3-16)和式(3-17)所示，

得到规则化数据点（ pNiq ， NiF ）。

 
 

    b
N

b
a i

i
i

i

F
F

W a
WB

W


 

  
 

(3-16)

 

   
  b

pN
i

i i a

i

q F C
q

W


 (3-17)

其中：  ba
 和  ba

C 应将钝化裂纹长度 ba 带入式(3-9)和式(3-13)分别进行计算。

需要注意的是，最终数据点（ nq ， nF ）的规则化处理应将终止裂纹长度 fa 代替 ba
进行计算。 F q 曲线和规则化 N pNF q 曲线如图 3-8(a)和 3-8(b)所示。
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(a) F q 曲线 (b) N pNF q 曲线

图 3-8 试验得到以及规则化处理的荷载—施力点位移曲线（编号：A05B15）

从最终规则化数据点（ pNnq ， NnF ）向前面的规则化数据点（ pNiq ， NiF ）做

切线，得到切点（ pNtq ， NtF ）。将 pN pNt0.001 iq q  范围内的所有规则化数据点，

加上最终规则化数据点（ pNnq ， NnF ）进行拟合，如式(3-18)所示，得到四参数规

则化方程。
2

pN pN
Nf

pN

l m q o q
F

p q
   




(3-18)

其中： l、m、o、 p为规则化方程的拟合参数。

从散点群中确定规则化切点（ pNtq ， NtF ）坐标的准确性与拟合效果相关。

本节采用目测与多项式拟合相结合的方式来确定（ pNtq ， NtF ），操作步骤为：

步骤 1：利用目测法估计切点的大致位置，得到 pNtq 的估计值 pNt,estq 。

步骤 2：将（ pNt,est 0.01q  ， pNt,est 0.01q  ）范围内所有规则化数据点（ pNiq ，

NiF ）进行多项式拟合，得到多项式拟合方程，一般五次多项式的精度足够满足

要求，如图 3-9(a)所示，并将规则化荷载 NiF 与多项式拟合值 N ,fitiF 进行对比，误

差不能超过0.05% 。

步骤 3：对多项式拟合方程进行求导，得到（ pNt,est 0.01q  ， pNt,est 0.01q  ）范

围内所有多项式拟合规则化数据点（ pNiq ， N ,fitiF ）的导数值 N ,fitidF 。

步骤 4：根据式(3-19)，计算最终规则化数据点（ pNnq ， NnF ）到过（ pNt,est 0.01q  ，

pNt,est 0.01q  ）范围内每一多项式拟合规则化数据点（ pNiq ， N ,fitiF ）的切线的距

离 iD ，其中最短距离所对应的数据点，即为规则化切点（ pNtq ， NtF ）。

N ,fit pN N N ,fit N ,fit pN

2
N ,fit 1

i n n i i i
i

i

dF q F F dF q
D

dF

    



(3-19)

将 pN pNt0.001 iq q  范围内所有规则化数据点（ pNiq ， NiF ）和最终规则化数

据点（ pNnq ， NnF ）带入到(3-18)中，利用最小二乘法拟合参数，得到四参数规则
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化方程，如图 3-9(b)所示。

(a) 多项式拟合 (b) 四参数规则化方程拟合

图 3-9 规则化切点（ pNtq ， NtF ）确定方法

3.3.2 实时裂纹长度预测

由图 3-6 可知，可以通过 MATLAB 编写迭代程序来预测实时裂纹长度，操

作步骤如下所示：

步骤 1：将初始裂纹长度 0a 记为 0a
 ，以增量为 0.001mm 的形式递增，

0 0.001a  记为 1a
， 0 2 0.001a   记为 2a

 ......直至终止裂纹长度 f 0 0.001a a n   ，

记为 na
。

步骤 2：将规则化施力点位移 pN 0.001iq  对应的施力点位移 q记为 1q 。 1q q

的所有数据点（ iq ， iF）都将参与迭代。

步骤 3：根据式(3-20)，建立差值函数。

N Nfi i iF F   (3-20)

其中： NF 为规则化荷载，利用式(3-16)进行计算； NfF 为规则化拟合荷载值，

利用式(3-18)进行计算。需注意，计算过程中所需的裂纹长度，全都为步骤 1 规

定的 ia
。

步骤 4：将第 1 个数据点（ 1q ， 1F ）带入到差值函数中，得到单一变量为

ia
的函数 1 。将 0a

 、 1a
 、 2a

 ...... na
依次带入到 1 中，得到差值 10 、 11  、

12  ...... 1n ，其中最小差值对应的 ia
即为第一个数据点（ 1q ， 1F ）对应的裂纹

长度 1a 。

步骤 5：将第 2 个数据点（ 2q ， 2F ）带入到差值函数中，得到单一变量为

ia
的函数 2 。将 0a

、 1a
 、 2a

 ...... na
依次带入到 2 中，得到差值 20 、 21 、

22  ...... 2n ，其中最小差值对应的 ia
即为第 2 个数据点（ 2q ， 2F ）对应的裂纹

长度 2a 。
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步骤 6：重复所述步骤 4 和步骤 5，直至得到最终数据点（ nq ， nF ）对应的

裂纹长度 na ，若 na 与终止裂纹长度 fa 相差不超过 0.5%，则 fna a 。此时迭代完

成， 1q q 的所有数据点（ iq ， iF ）对应的裂纹长度 ia 均为初始裂纹长度 0a 。

3.3.3 RJ  曲线和延性断裂韧度 ICJ 计算

由图 3-6 可知，将 3.3.2 节利用迭代程序预测的实时裂纹长度 a带入到相应

公式中，可计算得到裂纹扩展长度 a 和 J积分，进而求出 RJ  曲线和延性断裂

韧度 ICJ 。

CT 试样的应力强度因子K根据式(3-10)进行计算，只需将实时裂纹长度 a代

替初始裂纹长度 0a 即可。

J积分利用增量公式进行计算，如式(3-21)所示：

     
   

 

2 2

el pl pl

1i
i i i i

K
J J J J

E


   

   
 

 

   
 

    11 pl pl 1
pl pl 1 1

N ( 1)1

1
i ii i i

i i i
ii

a aA A
J J

b B b




 
 



        
     

(3-21)

其中：和 为塑性因子，两者之间的关系式如第 1 章 1.2.2.1 节式(1-6)所示；

   pl pl 1i iA A  为第 1i  步到第 i步之间 F q 曲线下塑性面积，其计算公式如式

(3-22)所示：

                     
2 2

pl pl 1 1 1 1 1
1 1 1
2 2 2i i i i i i i i i iA A F F q q C F C F    

       
 

(3-22)

其中：C为弹性柔度，将实时裂纹长度 a带入到式(3-13)中计算。

裂纹扩展长度 a 根据式(3-23)进行计算：

    0i ia a a   (3-23)

至此，裂纹扩展长度 a 以及 J积分计算完毕。以为 a 横坐标， J积分为纵

坐标，将所有数据点（ ia ， iJ ）其绘制在坐标图中，进行 RJ  曲线的拟合，

操作步骤如下所示：

步骤 1：根据式(3-24)，计算钝化线方程。

3.75 uJ a  (3-24)

步骤 2：过0.1mm 作钝化线平行线为左边界线 leftJ ；过 a 最大数据点（ na ，

nJ ）作钝化线平行线为右边界线 rightJ ，其与横坐标交点为 maxa ， maxa 应满足

 max 00.5 0.10a W a    ；利用式(3-25)计算上边界线 upperJ 。将位于三条边界线

之间的所有数据点（ ia ， iJ ）根据式(3-26)进行拟合，该拟合曲线即为 RJ  曲

线。
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 y u y u y u
upper 0 0min , ,

40 40 40
J a B W a

                      
       

(3-25)

2
1

CJ C a  (3-26)

其中： 1C 和 2C 为拟合参数， 1 0C  且 20 1C  。

步骤 3：过0.2mm作钝化线平行线，其与 RJ  曲线的交点为 QJ ，当 QJ 满足

maxQJ J 和  u 0.2
1.875 dJ da  这两个条件时， QJ 被认定为延性断裂韧度 ICJ ，

其物理意时义为当 ICJ J 时，裂纹开始启裂。

RJ  曲线示意图如图 3-10 所示，发现在裂纹扩展初始阶段，出现了一定范

围的震荡。该现象在 Zhu 等人[62]、Scibetta 等人[156]和 Gao 等人[69]的研究中同样

出现。这是由于初始阶段的 J积分以其弹性分量 elJ 为主导，且规则化荷载 NF 快

速增大，无法精准拟合四参数规则化方程。因此，裂纹长度的预测在初始阶段并

不准确。但初始阶段数据均在左边界线 leftJ 之外，对 RJ  曲线的拟合无影响。

图 3-10 RJ  曲线示意图

3.4 不同面内拘束的 CT 试样 RJ  曲线以及延性断裂韧度 ICJ

根据第 2 章 2.4.1 节利用九点平均法测量的裂纹长度以及 2.4.2 节得到的荷载

—位移曲线，利用 3.3 节介绍的规则化法，可计算得到不同面内拘束的 CT 平行

试样 RJ  曲线，如图 3-11(a)所示， RJ  曲线拟合参数 1C 、 2C 以及延性断裂韧

度 ICJ 汇总在表 3-3 中。
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(a) A04B15 (b) A05B15

(c) A06B15 (d) A07B15

图 3-11 不同面内拘束的 CT 平行试样 RJ  曲线

表 3-3 不同面内拘束的 CT 平行试样 RJ  曲线拟合参数 1C 和 2C 以及延性断裂韧度 ICJ

参数
试样

编号

平行

试样 1

平行

试样 2

平行

试样 3
平均值

相对误差( % )

1 2 3

1C

A04B15 354.125 344.609 373.587 357.440 0.928 3.590 4.517

A05B15 254.657 296.000 320.754 290.470 12.329 1.904 10.426

A06B15 243.893 284.444 300.673 276.337 11.741 2.934 8.807

A07B15 235.790 268.746 279.033 261.190 9.725 2.893 6.832

2C

A04B15 0.293 0.283 0.246 0.274 6.934 3.285 10.219

A05B15 0.409 0.342 0.328 0.360 13.716 4.912 8.804

A06B15 0.387 0.386 0.332 0.368 5.068 4.796 9.864

A07B15 0.389 0.393 0.332 0.371 4.758 5.835 10.592
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表 3-3（续）

裂纹

长度

试样

编号

平行

试样 1

平行

试样 2

平行

试样 3
平均值

相对误差( % )

1 2 3

延性断裂韧度

ICJ ( 2kJ m )

A04B15 246.774 247.853 283.984 259.537 4.918 4.502 9.419

A05B15 148.239 191.561 215.832 185.211 19.962 3.429 16.533

A06B15 145.586 173.734 198.748 172.689 15.695 0.605 15.090

A07B15 140.280 161.172 184.140 161.864 13.335 0.428 13.762

根据第 2 章 2.4.1 节表 2-7 和 2.4.2 节图 2-10 可知，平行试样 2 的裂纹长度

和荷载—位移曲线都更接近于平均水平，因此以平行试样 2 的测定结果作为

G20Mn5QT 铸钢材料不同面内拘束的 CT 试样测定结果，将其荷载—位移曲线和

RJ  曲线统一绘制在图 3-12(a)和图 3-12(b)中。结果表明，随着面内拘束的增强，

荷载—位移曲线、 RJ  曲线降低，延性断裂韧度 ICJ 减小，证明面内拘束的增强

会降低材料的断裂韧性。

(a) 荷载—位移曲线 (b) RJ  曲线

图 3-12 不同面内拘束的 CT 试样荷载—位移曲线以及 RJ  曲线

3.5 断口分析

通过扫描电镜对不同面内拘束的CT试样进行断口形貌分析有助于解释其微

观断裂机理。以编号为 A04B15 的 CT 试样为例，在预制疲劳裂纹区域可以清楚

的看到疲劳辉纹，如图 3-13(a)所示。在断裂韧性阶段，试样在预制疲劳裂纹尖

端发生脆性断裂，断面光滑且平整，如图 3-13(b)所示；之后经由图 3-13(c)所示

的脆性/韧性过渡区域转变成具有大量韧窝存在的韧性断裂，如图 3-13(d)所示。
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(c) 预制疲劳裂纹区域 (d) 脆性断裂区域

(e) 脆性—韧性过渡区域 (f) 韧性断裂区域

图 3-13 CT 试样微观断裂过程（编号：A04B15）

不同面内拘束的 CT 试样断口形貌显著差异集中在韧性断裂区域。图 3-14(a)

为编号是 A04B15 的 CT 试样韧性断裂形貌。断口表面可以观察到很多大而深的

韧窝以及撕裂棱，表明韧性断裂过程消耗了大量的能量，导致该试样的 RJ  曲

线最高，证明 CT 试样在低面内拘束下，断裂机制是典型的孔洞延性断裂。对于

编号为 A05B15 的 CT 试样，从图 3-14(b)中可以看到大量浅韧窝，这是局部韧性

断裂的特征。因此，该试样断裂过程以韧性断裂为主，导致较高的 RJ  曲线。

图 3-14(c)为编号是 A06B15 的 CT 试样，从图中可以观察到韧窝较浅且分散，属

于脆性断裂和韧性断裂的混合断裂机制，因此对应于较低的 RJ  曲线。对于编

号为 A07B15 的 CT 试样，如图 3-14(d)所示，断口表面存在非常浅的韧窝和许多

脆性小平面，证明该试样的断裂机制以脆性断裂为主导，使得 RJ  曲线最低。
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(a) A04B15 (b) A05B15

(c) A06B15 (d) A07B15

图 3-14 不同面内拘束的 CT 试样韧性断裂断口形貌

通过上述对断口微观形貌的分析，证明面内拘束对 CT 试样的断裂机理有显

著影响。随面内拘束作用加强，断裂机理从孔洞延性断裂经由韧性/脆性混合断

裂转变为脆性断裂。

3.6 本章小结

本章选用 G20Mn5QT 铸钢材料，利用规则化法，测定不同面内拘束的 CT

试样 RJ  曲线和延性断裂韧度 ICJ 。通过分析断口形貌，明确其微观断裂机理。

其主要内容和所得结论如下所示：

（1） 第二节对不同面内拘束的 CT 试样塑性因子表达式的计算过程进行

了全面的介绍。利用 ABAQUS 有限元软件，模拟得到适用于 G20Mn5QT 铸钢材

料，宽范围面内拘束的 CT 试样在3D状态下的塑性因子表达式，为后续 RJ 

曲线的计算提供准确有效的参数。

（2） 第三节详细说明了规则化法的计算步骤，包括四参数规则化方程的拟

合、实时裂纹长度的预测以及 RJ  曲线和延性断裂韧度 ICJ 的计算。从钝化线方

程的选取、规则化切点坐标的确定以及编写迭代程序预测裂纹长度这三方面对规
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则化法进行改进，使得断裂韧度的计算更加精准。

第四节给出了不同面内拘束的 CT 试样裂纹长度、荷载—施力点位移曲线以

及 RJ  曲线和延性断裂韧度 ICJ 的计算结果。结果表明，随着面内拘束作用加强，

荷载—位移曲线和 RJ  曲线降低，延性断裂韧度 ICJ 减小。证明面内拘束的增强

会降低材料的断裂韧性。

（3） 第五节通过分析断口微观形貌，明确 CT 试样微观断裂机理。结果表

明随面内拘束作用加强，断裂机理从孔洞延性断裂经由韧性/脆性混合断裂转变

为脆性断裂。
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第 4 章 基于图像处理和声发射的断裂韧度试验阶段性分析

4.1 前言

断裂韧度试验过程一般分为三个阶段：裂纹萌生阶段、裂纹稳定扩展阶段以

及裂纹失稳扩展阶段。对断裂韧度过程进行阶段性分析有助于明确裂纹演化过程，

从而进一步了解断裂失效模式。此可通过声发射技术来实现，根据分析声发射参

数在不同阶段表现出的特征差异性来确定裂纹变化所处阶段。然而，在试验早期，

声发射信号经常被噪声信号所掩盖导致其特征参数维持在一个较低的水平，且变

化不明显。因此需要借助图像处理技术，对试验早期阶段裂纹演化过程进行分析。

弹塑性断裂力学经典 J积分断裂判据表示为： ICJ J 。其含义为，当构件或

结构的裂纹扩展驱动力 J达到材料的裂纹扩展阻力临界值，即延性断裂韧度 ICJ

时，构件或结构不能继续承受荷载而失效。在第 3 章中已经通过断裂韧度试验测

定了不同面内拘束的 G20Mn5QT 延性断裂韧度 ICJ 。而通过阶段性分析，也可以

确定出试样失效时刻，进而计算出对应的 J积分。此值与 ICJ 具有相同的理论意

义，因此可以确定出基于图像处理技术和声发射技术的断裂判据，并与经典断裂

判据进行对比，确定其工程适用性。

本章选取幅值、累积计数和累积能量这三个声发射参数，通过分析其在裂纹

扩展阶段表现出的明显特征差异性，同时利用图像处理技术对 CT 试样表面裂纹

不同时刻下裂纹扩展长度进行测量，确定预制疲劳裂纹开裂时刻和裂纹萌生时刻，

从而对 G20Mn5QT 不同面内拘束的 CT 试样断裂韧度试验过程进行阶段性分析，

明确其裂纹演化过程。结合荷载—位移曲线，计算得到不同阶段分界点的断裂韧

度，将裂纹进入稳定扩展时所对应的断裂韧度定义为 IPAEJ ，建立基于图像处理

技术和声发射技术的断裂判据 IPAEJ J ，并与经典 J积分断裂判据 ICJ J 进行对

比，分析其合理性和可行性。

4.2 断裂韧度试验阶段性分析

4.2.1 图像处理技术分析裂纹演化过程

图 4-1 是编号为 A04B15 的 CT 试样裂纹演变过程。图 4-1(a)为试样初始状

态，可以清楚地看到裂纹尖端和侧槽根部（中间白线）。随着荷载的增大，突然
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开裂，如图 4-1(b)所示，代表预制疲劳裂纹的张开。继续施加荷载，裂纹长度出

现了小幅度的增加，如图 4-1(c)所示，代表裂纹的萌生。随后裂纹扩展，直至试

验结束，如图 4-1(d)所示。

(a) 初始时刻 (b) 预制疲劳裂纹开裂时刻

(c) 裂纹萌生时刻 (d) 终止时刻

图 4-1 裂纹演变过程（编号：A04B15）

为了确定预制疲劳裂纹开裂时间和裂纹萌生时间，以便后续利用声发射参数

对断裂韧度试验早期进行裂纹演变过程的分析，需要利用图像处理技术测量裂纹

扩展长度，通过裂纹扩展长度的突变来确定预制疲劳裂纹开裂和裂纹萌生所对应

的时间。

利用图像处理技术测量裂纹扩展长度的方法为：选取裂纹演变区域，如图

4-1(a)所示，通过设置适当的阈值将其转换为二元图，以确定裂纹尖端坐标。考

虑到裂纹并非严格平直，因此，将裂纹长度定义为利用裂纹尖端坐标计算的欧式

距离在初始裂纹表面上的投影长度。试样表面比例尺的作用为提供图上尺寸与真

实尺寸的转换因子，以此计算真实裂纹长度。

不同面内拘束的 CT 试样表面利用图像处理技术测得的预制疲劳裂纹长度

p,IPa 及开裂时间 p,IPt ，裂纹萌生长度 IC,IPa 及时间 IC,IPt 如表 4-1 所示。由于试验测得

的预制疲劳裂纹长度即为利用九点平均法测量的初始裂纹长度 0a 减去台阶高度

h和机械加工缺口长度 nl 之和，h和 nl 如第 2 章 2.2.2.2 节表 2-1 所示。而 0a 应当

选取 CT 试样表面，即九点平均法中“1”点位置的裂纹长度，如 2.4.1 节图 2-9(b)

所示。将利用图像处理技术测得的 p,IPa 与利用试验测得 pa 的进行对比，验证图像

处理测量裂纹的准确性。其结果也汇总于表 4-1 之中。
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表 4-1 不同面内拘束的 CT 试样预制疲劳裂纹，萌生裂纹的长度及对应时间

试样

编号

预制疲劳裂纹开裂阶段 裂纹萌生阶段

实测值

pa ( mm )

图像处理值

p,IPa ( mm )

相对误差

( % )

对应时刻

p,IPt ( s )

图像处理值

IC,IPa ( mm )

对应时刻

IC,IPt ( s )

A04B15 1.845 1.753 4.986 89.2 1.765 240.1

A05B15 2.865 2.804 2.129 78.4 2.822 223.8

A06B15 3.011 3.046 1.162 39.6 3.063 137.6

A07B15 2.766 2.744 0.795 71.5 2.752 178.4

由表 4-1 可知，实测值与图像处理计算得到之间的误差不超过5%，证明利

用图像处理技术测量裂纹长度精度满足要求。由于在预制疲劳裂纹开裂时刻和裂

纹萌生时刻，裂纹长度发生了突变，由此可以确定预制疲劳裂纹开裂阶段和裂纹

萌生阶段。

考虑到利用图像处理技术计算得到的为CT试样表面裂纹，而表面裂纹很短，

无法对裂纹扩展阶段进行分析，因此只可以确定出预制疲劳裂纹开裂阶段和裂纹

萌生阶段。

4.2.2 声发射技术分析裂纹演化过程

裂纹演变过程其实是损伤累积过程。因此选用累积计数和累积能量这两个声

发射参数，对裂纹演化过程进行分析。除此之外，幅值也被广泛用于材料断裂韧

性的研究之中，因此也引入幅值这一参数。编号为 A04B15 的 CT 试样累积计数、

累积能量与幅值—时间关系曲线与荷载—位移曲线绘制在图 4-2 中，以此分析裂

纹演化过程。

(a) 全阶段分析 (b) 早期阶段分析

图 4-2 协同性分析（编号：A04B15）
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由图 4-2 可知，在“1”点之前，累积计数、累积能量以及幅值都很小，无

法观测到他们的变化，这也解释了引入图像处理技术对试验早期的裂纹演化过程

进行分析的必要性。然而，“1”点出现了一定程度的突变，此后“2”点和“3”

点出现更大程度的突变现象。试验中后期，也就是裂纹扩展阶段，声发射参数活

跃性明显增强，证明利用声发射来对裂纹扩展阶段进行更加细致的研究是合理的。

4.2.3 基于图像处理和声发射的阶段性分析

将图像处理技术与声发射技术相结合，可以对断裂韧度试验进行详细的阶段

性分析。不同面内拘束的 CT 试样分析结果如图 4-3 所示。

(a) A04B15 (b) A05B15

(c) A06B15 (d) A07B15

图 4-3 不同面内拘束的 CT 试样断裂韧度试验阶段性分析

由图 4-3 可知，断裂韧度试验可分为六个阶段。其中阶段 I 和阶段 II 是由图

像处理技术确定的，A 点与 B 点所对应的时刻如表 4-1 所示。

阶段 I：预制疲劳裂纹开裂阶段（或弹性变形阶段）

该阶段的荷载随位移增大而线性增长，证明此时 CT 试样处于弹性阶段；声

发射幅值较低，累积计数与累积能量较低。该阶段结束点为 A 点，代表预制疲
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劳裂纹开裂点。

阶段 II：裂纹萌生阶段

该阶段荷载—位移曲线进入塑性阶段，荷载增长幅度较快，证明 CT 试样开

始屈服；声发射幅值逐渐增大，累积计数与累积能量略有增加，但增幅不明显。

该阶段结束点为 B 点，代表裂纹萌生点。

阶段 III：裂纹缓慢扩展阶段

该阶段荷载—位移曲线处于塑性阶段，荷载增长幅度较缓慢；声发射幅值与

阶段 II 相比相差不大，但累积计数与累积能量有一定程度的增加。该阶段结束

点为 C 点，代表裂纹从缓慢扩展阶段向稳定扩展阶段过渡。

阶段 IV：裂纹稳定扩展阶段

该阶段荷载—位移曲线处于塑性阶段，荷载增长幅度缓慢；声发射幅值与阶

段 III 相比没有明显提升，但累积计数与累积能量有显著的增加。该阶段结束点

为 D 点，代表裂纹从稳定扩展阶段向快速扩展阶段过渡。

阶段 V：裂纹快速扩展阶段

该阶段荷载—位移曲线处于塑性阶段，荷载增长幅度愈加缓慢；声发射幅值

突增且密集，累积计数与累积能量也有多次突变。该阶段为声发射活动最为活跃。

该阶段结束点为 E 点，代表裂纹从快速扩展阶段向失稳扩展阶段过渡。

阶段 VI：裂纹失稳扩展阶段

该阶段很短暂，荷载—位移曲线处于塑性阶段，荷载增幅几乎为 0 且出现上

下震荡，荷载值不稳定的现象，该阶段的 CT 试样已不能继续承载。

4.2.4 基于声发射b值的阶段性分析

本节引入阶段性分析常用参数b值，来验证基于图像处理技术和声发射技术

的断裂韧度试验阶段性分析的准确性。

经典声发射b值的计算公式如式(4-1)所示：

dB
10log

20
AN a b      

 
(4-1)

其中： dBA 为声发射幅值； N 为每 n个声发射事件中，幅值不小于 dBA 的累

积声发射事件数，通常 100n  ；b为经典声发射b值； a为拟合参数。

b值在不同加载阶段所拟合出的数值也不同，因此可被用来对不同材料，如

混凝土[157]、钢筋混凝土[158]、岩石[159]等材料的断裂试验过程进行阶段性分析，

明确其失效模式。

式(4-1)是基于大量统计数据的经验公式。回归分析中使用的数据点越少，即

n越大，收敛速度慢且质量低；数据点越多，即 n越小，收敛速度快且质量高。
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因此，以编号为 A04B15 的 CT 试样为例，分析经典声发射b值在不同 n值选取

下随时间的变化规律。

图 4-4(a)和图 4-4(b)分别为 3n  和 33n  情况下经典声发射b值随时间的变

化规律。由于 G20Mn5QT 铸钢材料断裂韧度试验采集到的声发射试件数只有

400 500 个，若选取 100n  ，只可以得到 4 5 个b值，无法进行分析。

3n  33n 

图 4-4 经典声发射 b值在不同 n值选取下随时间的变化规律（编号：A04B15）

图 4-4 结果表明，随 n值的增大，数据点减少，其阶段性特征越不明显。但

当 3n  时，b值震荡次数多且幅度大，受噪声影响很大。且两者与累积计数和累

积能量都不对应，因此经典声发射b值并不适用于 G20Mn5QT 铸钢材料的断裂

韧度试验阶段性分析。

为了解决经典声发射b值的局限性，Xu 等人[160]提出了新b值的概念，即抛

弃 n值，不再局限于一定范围内声发射事件的回归分析，而是所有声发射事件均

参与拟合。新b值的优点如下：

（1） 可以在一定程度上减少噪声的干扰。

（2） 增加回归分析的收敛性。

（3） 体现了加载过程的连续性。

将不同面内拘束的 CT 试样的新b值—时间曲线与累积计数、累计能量—时

间曲线绘制在图 4-5 中，以此验证基于图像处理技术和声发射技术阶段性分析的

准确性。
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(a) A04B15 (b) A05B15

(c) A06B15 (d) A07B15

图 4-5 不同面内拘束的 CT 试样新b值随时间的变化规律

由图 4-5 可知，新b值与累积计数、累积能量随时间的变化规律一致，在裂

纹扩展阶段（III、IV、V、VI 阶段），累积计数和累积能量的突升对应着新b值

的突降。证明利用声发射累积参数进行断裂韧度试验裂纹扩展阶段的分析是合理

的。在弹性变形阶段（I 阶段），累积计数和累积能量变化很小，此时新b值出

现了剧烈的震荡，尤其是 A06B15 和 A07B15 两个试样，这是噪声信号的影响导

致的。在裂纹萌生阶段（II 阶段），四个试样的新b值所表现出来的特征均不相

同，因此无法根据新b值来确定裂纹萌生时刻，证明引入图像处理技术分析预制

疲劳裂纹开展和裂纹萌生的必要性。

4.3 基于图像处理和声发射的断裂准则

根据 4.2.3 节阶段性分析可知，裂纹扩展阶段可以进一步分为缓慢扩展、稳

定扩展和快速扩展以及失稳扩展四个阶段。由于失稳扩展代表试样已接近断裂，

因此并没有对此阶段进行过多的分析。表 4-2 列出了不同面内拘束的 CT 试样在

各阶段经历时间以及平均裂纹扩展速率。缓慢扩展、稳定扩展以及快速扩展三个

阶段的裂纹扩展平均速率依次提升。这也证明了阶段命名的正确性。
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表 4-2 不同面内拘束的 CT 试样在裂纹扩展经历时间以及平均裂纹扩展速率

试样编号 阶段编号 经历时间 t ( s ) 裂纹扩展平均速率 v ( mm s )

A04B15

III 127.1 8.4E-4

IV 91.2 1.9E-3

V 72.4 7.1E-3

A05B15

III 187.8 1.0E-3

IV 36.8 2.4E-3

V 72.1 5.6E-3

A06B15

III 88.4 1.5E-3

IV 56.7 5.6E-3

V 80.8 8.9E-3

A07B15

III 119.7 3.7E-4

IV 66 1.5E-3

V 60.8 3.4E-3

断裂韧度试验一共分为六个阶段，共有 5 个分界点，将不同面内拘束的 CT

试样各阶段分界点的施力点位移、荷载、裂纹长度以及 J积分汇总于表 4-3 中。

表 4-3 不同面内拘束的 CT 试样各阶段分界点的施力点位移、荷载、裂纹长度以及 J积分

试样编号 分界点
施力点位移

q ( mm )

荷载

F ( kN )

裂纹扩展长度

a ( mm )

J积分

( 2kJ/mm )

A04B15

A 0.323 24.733 0 0

B 0.884 38.659 0.022 92.319

C 1.316 43.698 0.126 189.311

D 1.642 45.582 0.297 246.707

E 1.906 46.239 0.811 328.734

A05B15

A 0.364 18.872 0 0

B 0.959 28.036 0.027 89.221

C 1.433 29.720 0.217 176.360

D 1.592 29.967 0.305 198.307

E 1.894 30.136 0.707 263.683
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表 4-3（续）

试样编号 分界点
施力点位移

q ( mm )

荷载

F ( kN )

裂纹扩展长度

a ( mm )

J积分

( 2kJ/mm )

A06B15

A 0.371 11.265 0 0

B 1.153 16.694 0.020 61.760

C 1.598 17.458 0.154 135.787

D 2.084 17.702 0.474 213.980

E 2.777 17.554 1.192 306.174

A07B15

A 0.479 7.044 0 0

B 1.194 9.123 0.022 62.421

C 1.589 9.466 0.066 98.981

D 2.052 9.697 0.167 137.202

E 2.472 9.728 0.373 182.664

注：A 点和 B 点的裂纹扩展长度通过图像处理技术测量得到，C 点、D 点和 E 点的裂

纹长度根据第 3 章 3.2.2 节的迭代程序计算得到， J 积分利用 3.4.2 节表 3-3 中的 RJ  曲线

参数 1C 、 2C 计算得到

弹塑性断裂力学经典 J积分断裂判据表示为： ICJ J 。其含义为，当构件或

结构的裂纹扩展驱动力 J达到材料的裂纹扩展阻力临界值，即延性断裂韧度 ICJ

时，构件或结构无法继续承受荷载而失效。

将上表 J积分与第 3 章 3.4.2 节表 3-3 中的延性断裂韧度 ICJ 进行对比，可发

现当 ICJ J 时，此时裂纹已处于稳定扩展甚至是快速扩展阶段。裂纹扩展速率较

大，已处于不安全范围。若将此值应用于工程实际中，会引起安全隐患。因此作

者将试样进入稳定扩展阶段，即分界点 C 所对应的断裂韧度 IPAEJ 作为临界值。

将不同面内拘束的 CT 试样裂纹稳定扩展点断裂韧度 IPAEJ 与延性断裂韧度 ICJ 进

行对比，如表 4-4 所示。

表 4-4 裂纹稳定扩展点断裂韧度 IPAEJ 与延性断裂韧度 ICJ 对比结果

试样

编号

裂纹稳定扩展点断裂韧度

IPAEJ ( 2kJ m )

延性断裂韧度

ICJ ( 2kJ m )

相对误差

( % )

A04B15 189.311 247.853 23.620

A05B15 176.360 191.561 7.935

A06B15 135.787 173.734 21.842

A07B15 98.981 161.172 38.587
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由表 4-4 可知，裂纹稳定扩展点断裂韧度 IPAEJ 比延性断裂韧度 ICJ 小

7% 40% 。延性断裂韧度 ICJ 偏大，过高的估计了材料抵抗裂纹扩展的能力。而

利用图像处理技术和声发射技术相结合的方式计算得到的裂纹稳定扩展点断裂

韧度 IPAEJ ，更能反映材料的韧性性能，因此实际工程中宜采用 IPAEJ J 这一断裂

准则。

4.4 本章小结

本章将图像处理技术和声发射技术相结合，提出一种对 G20Mn5QT 铸钢材

料断裂韧度试验阶段性分析的方法，基于此，对弹塑性断裂力学经典 J积分断裂

判据进行修正。其主要研究内容和所得结论如下所示：

（1） 第二节介绍了利用图像处理技术测量裂纹长度，以确定预制疲劳裂纹

开裂以及裂纹萌生时刻。通过分析累积计数、累积能量和幅值这三个声发射参数，

对裂纹扩展过程进行详细的划分。对不同面内拘束的 G20Mn5QT 断裂韧度试验

进行阶段性分析，其裂纹演变过程可分为预制疲劳裂纹开裂—裂纹萌生—裂纹缓

慢扩展—裂纹稳定扩展—裂纹快速扩展—裂纹失稳扩展这六个阶段。将其与基于

声发射b值的阶段性分析进行对比，结果表明基于图像处理技术和声发射技术的

断裂韧度试验阶段性分析更加准确。

（2） 第三节计算了不同面内拘束 CT 试样各阶段分界点断裂韧度，发现当

ICJ J 时，此时裂纹已处于稳定扩展甚至是快速扩展阶段，已处于不安全范围。

因此将裂纹稳定扩展点断裂韧度 IPAEJ 作为临界值，该值比由试验测定的延性断

裂韧度 ICJ 小7% 40% 。 IPAEJ 更能准确反映材料抵抗断裂的能力，因此实际工程

中宜采用 IPAEJ J 这一断裂准则。
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第 5 章 不同面内/面外拘束的 G20Mn5QT 断裂韧度预测

5.1 引言

第 3 章针对 G20Mn5QT 铸钢材料，利用规则化法，测定不同面内拘束的 CT

试样 RJ  曲线以及延性断裂韧度 ICJ 。可以发现，规则化法虽然操作简便，只需

荷载—位移曲线即可预测裂纹长度，但数据处理繁琐。因此，通过试验研究面内

/面外拘束对材料断裂韧性的影响时，试验量和数据量均较大。GTN 细观损伤模

型是含微孔材料连续介质单元体的体胞模型，该模型从细观层面上分析了微孔洞

形核，相邻孔洞聚合形成微小裂纹，微裂纹贯通形成宏观裂纹而导致试样无法承

受载荷而断裂破坏的演化过程。GTN 模型可以直接描述试样裂纹尖端区域的损

伤和断裂，纳入了拘束对裂纹尖端应力应变场和材料损伤断裂行为的影响，因而

是解决拘束问题的细观损伤断裂的方法[126]。

GTN 模型有 9 个参数，需要通过试验测定和数值模拟相结合的方法进行标

定，标定好的 GTN 模型可以用来预测不同试样形式不同拘束的 RJ  曲线以及

延性断裂韧度 ICJ [70,126,138-143]。然而，不同参数对试样的荷载—位移曲线和断裂韧

性的影响尚不清楚。为了准确且快速的标定出 GTN 模型参数，需要对其进行参

数化分析。

本章利用 ABAQUS 有限元软件中内嵌的 GTN 模型，首先对其进行参数化

分析，明确不同参数对试样荷载—位移曲线以及 RJ  曲线的影响。之后将有限

元计算结果与试验测定结果相结合，标定出 G20Mn5QT 铸钢材料的 GTN 模型参

数。最后利用标定好的 GTN 模型对不同面内拘束、面外拘束以及面内/面外复合

拘束的 CT 试样 RJ  曲线以及延性断裂韧度 ICJ 进行预测，明确拘束对材料断裂

韧性的影响。

5.2 GTN 有限元模型建立

5.2.1 材料和试样

本章研究材料为 G20Mn5QT 铸钢材料，其基本力学性能参数和真实应力—

塑性应变曲线如第 2 章 2.2.4.1 节表 2-2 和图 2-5(b)所示，试样形式为 CT 试样。

试样宽度W保持不变，通过改变裂纹长度 a来达到改变面内拘束的目的；通过改
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变试样厚度 B来达到改变面外拘束的目的；通过同时改变裂纹长度 a和试样厚度

B来达到面内面外拘束同时改变的目的。不同面内/面外拘束的 CT 试样几何尺寸

如表 5-1 所示。其中，不同面内拘束的 CT 试样裂纹长度与第 2 章 2.4.1 节利用九

点平均法测量得到的平行试样 2 的初始裂纹长度 0a 相同，其余几何尺寸也与真实

试样相同，以便将 GTN 模型预测的 RJ  曲线与试验得到的 RJ  曲线进行对比；

不同面外拘束的 CT 试样以编号为 A05B15 为基准，只改变试样厚度 B，其余尺

寸保持不变；面内面外拘束同时改变的 CT 试样以编号为 A07B15 为基准，同时

改变裂纹长度 a和试样厚度 B，其余尺寸保持不变。

表 5-1 不同面内/面外拘束的 CT 试样几何尺寸

拘束变化 试样编号
试样宽度

W ( mm )

初始裂纹长度

0a ( mm )

面内拘束

0a W

试样厚度

B ( mm )

面外拘束

B W

面内拘束

A04B15

60

25.046 0.417

15 0.25
A05B15 31.021 0.517

A06B15 37.561 0.626

A07B15 43.235 0.721

面外拘束

A05B7.5

60 31.021 0.517

7.5 0.125

A05B15 15 0.25

A05B30 30 0.5

A05B45 45 0.75

A05B60 60 1

Plane strain 0 0

面内/面外

复合拘束

A04B60

60

25.046 0.417 60 1

A05B45 31.021 0.517 45 0.75

A06B30 37.561 0.626 30 0.5

A07B15 43.235 0.721 15 0.25

注：表格中蓝色字体的两个 CT 试样相同，红色字体的两个 CT 试样相同

5.2.2 模型细节

根据试样的对称性，选取四分之一的 CT 试样进行有限元建模，图 5-1(a)为

编号为 A05B15 的 CT 试样有限元模型。采用线性减缩积分单元（C3D8R），单

元个数为 33156 个，最小单元尺寸约为 0.05mm 0.1mm ，最大单元尺寸约为

2.25mm 2.5mm 。表 5-1 中其余试样与图 5-1(a)类似。
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(a) 四分之一 3D模型

(b) 裂纹尖端 (c) 侧槽

图 5-1 GTN 有限元模型（编号：A05B15）

5.2.2.1 裂纹尖端及侧槽

图 5-1(b)为 CT 试样裂纹尖端以及裂纹扩展区域网格划分。裂纹尖端采用初

始根半径 0 0.1mm 的钝裂纹，裂纹扩展区域网格尺寸为0.1mm 0.1mm ，并采

用“1 进 2”和“1 进 3”类型的过渡网格向Y方向延伸，该网格形式成功应用于

多项研究之中[70,126,139]。图 5-1(c)为 CT 试样厚度方向上的网格划分。裂纹尖端所

在面（即 Y 向对称面，如图 5-1(a)所示）的网格个数为 24 个， Z 向网格尺寸为

0.25mm 。侧槽区域内（   2NB B ）的网格个数和 Z向网格尺寸保持不变，之

后采用“1 进 2”类型过渡网格向Y方向延伸。
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5.2.2.2 加载方式

CT 试样通过刚性销轴与销孔之间的面面接触进行加载，接触类型为无摩擦

硬接触，采用位移控制加载，位移施加在刚性销轴质心处，如图 5-1(a)所示。采

用自动分析步，利用 ABAQUS/Explicit 求解器求解，开启几何大变形，即

“NLGEOM=on ”，勾选状态参量 STATUS。为了提高计算效率，采用质量放大

的方法。经过多次试算，将质量放大1000倍时，动能与内能之比稳定在0.2% 左

右，动态效应很小，计算效率较高，精度满足要求。

5.2.2.3 输出参数

模型运行完成之后，需要提取每一分析步的刚性销轴质心位置处的荷载 F和

施力点位移 q。由于动态分析步步长很小，导致分析步数量庞大，为了节省磁盘

空间，只需输出 200 个分析步的参数即可。

5.3 RJ  曲线计算方法

5.3.1 修正裂纹长度 ca

当某一网格的孔洞体积分数 f 达到失效孔洞体积分数 Ff 时，该网格失效，

状态变量 STSTUS 会将失效的网格自动删除，如图 5-2(a)所示。因此，可以通过

读取失效网格的数量来获得每一分析步的裂纹长度。另外，为了考虑裂尖钝化的

影响，如图 5-2(b)所示，对裂纹长度进行修正，如式(5-1)所示[126]：

c 2a n l CTOD   (5-1)

其中：n为失效网格数量；l为失效网格尺寸， 0.1mml ；CTOD 为裂纹尖

端张开位移，如图 5-2(b)所示； ca 为修正裂纹长度。

(a) 失效网格 (b) 裂尖钝化

图 5-2 修正裂纹长度 ca 的计算
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5.3.2 J积分

在确定每一分析步下荷载F 、施力点位移 q以及修正裂纹长度 ca 之后，利用

第 3 章 3.3.3 节所述方法对 J积分进行计算。需要注意的是，第 3 章 3.2.3 节式(3-9)

中的塑性因子，仅适用于不同面内拘束的 CT 试样。因此本节针对面外拘束对

CT 试样塑性因子的影响进行补充。不同面外拘束的 CT 试样几何尺寸如表 5-2

所示。

表 5-2 不同面外拘束的 CT 试样几何尺寸

试样

编号

试样宽度

W ( mm )

初始裂纹长度

0a ( mm )

试样厚度

B ( mm )

面外拘束

B W

CT7.5

60 30

7.5 0.125

CT15 15 0.25

CT30 30 0.5

CT45 45 0.75

CT60 60 1

Plane strain 0 0

不同面外拘束的CT试样塑性因子表达式的有限元模型与第 3章 3.2.1节图

3-1 类似，与 3.2.2 节所介绍的计算方法相同。因此本节只给出拟合结果，如式(5-2)

所示：
2 3

2.406 2.085 3.659 1.937             
     

a a a
W W W

 (5-2)

面内面外拘束同时改变的 CT 试样的塑性因子利用式(3-9)和本节式(5-2)进

行插值计算。

RJ  曲线及延性断裂韧度 ICJ 利用第 3 章 3.3.3 节所述方法进行计算。

5.4 GTN 模型参数化分析及标定

根据第 1 章 1.2.4 节所述内容，GTN 模型共有 9 个参数，可分为四类：模型

本构参数 1q 、 2q 、 3q ；孔洞形核参数 N 、 NS 、 Nf ；初始孔洞体积分数 0f 和孔

洞演化临界参数 cf 、 Ff 。现将部分国内外学者识别的不同材料的 GTN 模型参数

总结在表 5-3 中。由表中数据可知，对于大多数材料而言，模型本构参数 1 1.5q  、

2 1q  、 2
3 1 2.25q q  ；孔洞形核参数 N 0.3  、 N 0.1S  ，而其余四个参数 0f 、
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Nf 、 cf 和 Ff 由于材料不同导致取值差异很大。

表 5-3 不同材料的 GTN 模型参数

作者 材料 1q 2q 3q N NS 0f Nf cf Ff

Samal[138]

A508 1.5 1 2.25 0.3 0.1 0.005 0.008 0.05 0.3

Alloy82 1.5 1 2.25 0.3 0.1 0.004 0 0.05 0.3

Alloy182 1.5 1 2.25 0.3 0.1 0.001 0.008 0.05 0.3

316L 1.5 1 2.25 0.3 0.1 1E-6 0.0055 0.05 0.3

杨杰[126] A508-3 1.5 1 2.25 0.3 0.1 0.0002 0.002 0.04 0.17

Han[139] API X65 1.5 1 2.25 0.3 0.1 0.00015 0.04 0.13 0.15

李相清[140] SA508-III 1.65 0.86 2.7225 0.3 0.1 0 0.0023 0.005 0.055

陈茂明[141] Q345B 1.5 1 2.25 0.3 0.1 0.0025 0.03 0.15 0.25

Zhao[142] CrMoV 1.5 1 2.25 0.3 0.1 0.0005 0.07 0.03 0.45

Qiang[143] X80 1.5 1 2.25 0.3 0.1 0.00025 4.77E-5 0.2 0.2

Liu[70] API X80 1.5 1 2.25 0.3 0.1 0.0002 0.0002 0.10 0.36

GTN 模型参数的确定，一般采用将有限元模拟计算与试验测得的荷载—位

移曲线和 RJ  曲线进行对比，若两者吻合，则该组参数为材料的 GTN 模型参

数。因此，为了可以快速且精准地确定材料的 GTN 模型参数，本节采用单一变

量控制方法，详细研究 0f 、 Nf 、 cf 和 Ff 在不同取值下，荷载—位移曲线以及 RJ 

曲线的变化趋势。

参数化分析采用编号为 A05B15 的 CT 试样模型，采用位移控制加载，在刚

性销轴质心处沿Y轴正方向施加 2mm 的位移。由于 CT 试样的对称性，建立四分

之一模型。因此，全模型的荷载和位移为四分之一模型的 2 倍。后续参数化分析

过程以及所得结果均基于全模型。

5.4.1 初始孔洞体积分数 0f

保持 GTN 模型其余 8 个参数不变，仅改变初始孔洞体积分数 0f ，研究在不

同 0f 取值下，荷载—位移曲线、 RJ  曲线以及裂纹从启裂到扩展直至止裂的变

化规律。GTN 模型参数取值如表 5-4 所示，荷载—位移曲线以及 RJ  曲线如图

5-3(a)和图 5-3(b)所示，裂纹启裂、止裂以及扩展参数如表 5-5 所示。
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表 5-4 0f 变化时 GTN 模型参数

1q 2q 3q N NS 0f Nf cf Ff

1.5 1 2.25 0.3 0.1

0.01

0.001 0.05 0.3

0.0075

0.005

0.0025

0

(a) 荷载—位移曲线 (b) RJ  曲线

图 5-3 0f 变化时荷载—位移曲线以及 RJ  曲线变化规律

由图 5-3 可知，改变 0f 取值，荷载—位移曲线以及 RJ  曲线均有明显变化，

表明材料性能曲线对初始孔洞体积分数 0f 十分敏感。降低 0f 的取值会显著提高

荷载—位移曲线以及 RJ  曲线。值得注意的是，当 0 0f 时，没有 RJ  曲线；

当 0f 取值逐渐增大时，荷载—位移曲线出现了下降段。该现象的出现，可以通过

分析裂纹演变规律来解释。

由表 5-5 可知，随 0f 取值的减小，裂纹启裂时刻对应的位移和荷载逐渐增大，

证明 0f 越小，启裂越困难，以至于当 0 0f 时，模型没有启裂，所以无法获得 RJ 

曲线。表 5-1 中李相清[140]研究 SA508-III 材料时， 0f 设定为 0，此时临界孔洞体

积分数 cf 很小，才能使模型启裂并扩展。 cf 的参数分析将在 5.4.3 节中具体介绍。

当位移达到 4mm 时，模拟完成，裂纹止裂，裂纹止裂时刻的荷载随 0f 的减小而

增大。将荷载—位移曲线下的面积作为材料对裂纹扩展阻碍作用的指标，该面积

越大，证明阻碍作用越大，裂纹扩展越困难，裂纹扩展长度越小；同时材料克服

阻力做功增多，从而导致 J积分增大。因此随 0f 取值的减小，裂纹扩展长度缩短，

J积分增大。高 0f 值模型的荷载—位移曲线出现下降段正是由于裂纹扩展阻碍作
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用的降低，导致模型屈服范围增大，屈服时刻提前，荷载减小，曲线下降。

初始孔洞体积分数 0f 与材料中的第二相粒子以及夹杂物有关， 0f 越小，第

二相粒子及夹杂物越少，材料越致密，孔洞形核越困难，裂纹扩展阻力作用越强，

因此 RJ  曲线越高。对于 G20Mn5QT 铸钢材料而言，在浇铸过程中不可避免的

会出现缺陷，因此在该材料的 GTN 模型参数标定中，应适当降低 0f 的取值，先

选取 0 0.005f ，当有限元模拟结果与试验结果相近时，再细调 0f 的取值。

表 5-5 0f 变化时裂纹启裂、止裂以及扩展参数

0f

裂纹启裂时刻 裂纹止裂时刻 荷载—位移

曲线面积

A ( kN mm )

裂纹

扩展长度

a ( mm )

1.5mma 

J 积分

( 2kJ/m )

位移

q ( mm )

荷载

F ( kN )

位移

q ( mm )

荷载

F ( kN )

0.01 1.02 28.220 4 25.198 104.251 4.908 327.259

0.0075 1.12 28.933 4 27.792 108.563 3.813 379.821

0.005 1.28 29.887 4 30.821 113.243 2.929 459.924

0.0025 1.60 31.443 4 34.821 118.596 1.646 649.574

趋势 增大 增大 — 增大 增大 减小 增大

5.4.2 孔洞形核粒子体积分数 Nf

保持 GTN 模型其余 8 个参数不变，仅改变孔洞形核粒子体积分数 Nf ，研究

在不同 Nf 取值下，荷载—位移曲线、 RJ  曲线以及裂纹从启裂到扩展直至止裂

的变化规律。GTN 模型参数取值如表 5-6 所示，荷载—位移曲线以及 RJ  曲线

如图 5-4(a)至图 5-4(d)所示，裂纹启裂、止裂以及扩展参数如表 5-7 所示。

表 5-6 Nf 变化时 GTN 模型参数

1q 2q 3q N NS 0f Nf cf Ff

1.5 1 2.25 0.3 0.1 0.005

0.00001

0.05 0.3

0.0001

0.001

0.01

0.025

0.05

0.075

0.1
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(a) 荷载—位移曲线（ N0.00001 0.01f  ） (b) RJ  曲线（ N0.00001 0.01f  ）

(c) 荷载—位移曲线（ N0.01 0.1f  ） (d) RJ  曲线（ N0.01 0.1f  ）

图 5-4 Nf 变化时荷载—位移曲线以及 RJ  曲线变化规律

由图 5-4(a)和图 5-4(b)可知，当 N0.00001 0.01f  时，荷载—位移曲线以及

RJ  曲线基本不变，表明低 Nf 值不影响材料性能曲线；由图 5-4(c)和图 5-4(d)

可知，当 N0.01 0.1f  时，随 Nf 取值的增大，荷载—位移曲线以及 RJ  曲线降

低，表明材料性能曲线对高 Nf 值敏感。

由表 5-7 可知，当 N0.00001 0.01f  时，裂纹启裂、止裂时刻对应的位移和

荷载，荷载—位移曲线下面积，以及裂纹扩展长度和 J积分相差很小；表明裂纹

演变过程与低 Nf 值无关。当 N0.01 0.1f  时，随 Nf 取值的增大，裂纹启裂时刻

对应的位移和荷载逐渐减小，证明 Nf 越大，启裂越容易。荷载—位移曲线下面

积随 Nf 的增大而降低，证明裂纹扩展阻力作用减小，材料克服阻力做功减少。

因此随 Nf 取值的增大，裂纹扩展长度增加，J积分减小。高 Nf 值模型的荷载—

位移曲线下降段越来越明显的原因是裂纹扩展阻碍作用的不断降低，导致模型屈

服范围愈加增大，荷载逐渐减小，曲线显著下降。

在 G20Mn5QT 铸钢材料的 GTN 模型标定中，先选取 N 0.05f  ，当有限元模
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拟结果与试验结果相近时，再细调 Nf 的取值。

表 5-7 Nf 变化时裂纹启裂、止裂以及扩展参数

Nf

裂纹启裂时刻 裂纹止裂时刻 荷载—位移

曲线面积

A ( kN mm )

裂纹

扩展长度

a ( mm )

2.5mma 

J 积分

( 2kJ/m )

位移

q ( mm )

荷载

F ( kN )

位移

q ( mm )

荷载

F ( kN )

0.00001 1.30 29.975 4 30.896 113.342 2.917 613.522

0.0001 1.30 29.978 4 30.895 113.345 2.996 609.477

0.001 1.28 29.887 4 30.821 113.243 2.929 615.061

0.01 1.14 29.219 4 30.141 112.303 3.183 590.777

0.025 0.98 28.362 4 29.033 110.814 3.604 557.078

0.05 0.86 27.579 4 27.378 108.626 4.267 513.86

0.075 0.78 26.955 4 25.915 106.696 4.833 480.004

0.1 0.74 26.574 4 24.861 104.993 5.338 449.064

趋势
先不变

后减小

先不变

后减小
—

先不变

后减小

先不变

后减小

先不变后

增大

先不变

后减小

5.4.3 临界孔洞体积分数 cf

保持 GTN 模型其余 8 个参数不变，仅改变临界孔洞体积分数 cf ，研究在不

同 cf 取值下，荷载—位移曲线、 RJ  曲线以及裂纹从启裂到扩展直至止裂的变

化规律。GTN 模型参数取值如表 5-8 所示，荷载—位移曲线以及 RJ  曲线如图

5-5(a)至和图 5-5(d)所示，裂纹启裂、止裂以及扩展参数如表 5-9 所示。

表 5-8 cf 变化时 GTN 模型参数

1q 2q 3q N NS 0f Nf cf Ff

1.5 1 2.25 0.3 0.1 0.005 0.001

0.01

0.3

0.02

0.03

0.04

0.05

0.1

0.15

0.2
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(a) 荷载—位移曲线（ c0.01 0.2f  ） (b) RJ  曲线（ c0.01 0.2f  ）

(a) 荷载—位移曲线（ c0.01 0.05f  ） (b) RJ  曲线（ c0.01 0.05f  ）

图 5-5 cf 变化时荷载—位移曲线以及 RJ  曲线变化规律

由图 5-5(a)和图 5-5(b)可知，当 c0.1 0.2f  时，荷载—位移曲线以及 RJ  曲

线基本没有变化，表明高 cf 值不影响材料性能曲线；由图 5-5(c)和图 5-5(d)可知，

当 c0.01 0.05f  时，随 cf 取值的降低，荷载—位移曲线以及 RJ  曲线降低，

且 cf 越小，曲线降低越显著，表明材料性能曲线对低 cf 值敏感。

由表 5-9 可知，当 c0.1 0.2f  时，随 cf 取值的增大，裂纹启裂、止裂时刻

对应的位移和荷载增大，裂纹扩展长度增大而 J积分减小，但变化量并不大，表

明高 cf 值对裂纹演变过程的影响很小。当 c0.01 0.05f  时，随 cf 取值的减小，

裂纹启裂时刻对应的位移和荷载逐渐减小，证明 cf 越小，启裂越容易。裂纹扩展

时段荷载—位移曲线下面积随 cf 的减小而降低，证明裂纹扩展阻力作用减小，材

料克服阻力做功减少。因此随 cf 取值的减小，裂纹扩展长度增加， J积分减小。

低 cf 值模型的荷载—位移曲线下降段越来越明显的原因是裂纹扩展阻碍作用的

不断降低，导致模型屈服范围愈加增大，荷载逐渐减小，曲线显著下降。

当孔洞体积分数 f 达到临界孔洞体积分数 cf 时，相邻孔洞开始聚合，逐渐
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形成微小裂纹。 cf 越小，孔洞越易聚合，裂纹越易形成。裂纹扩展阻碍作用越小，

导致 RJ  曲线降低。在 G20Mn5QT 铸钢材料的 GTN 模型标定中，先选取

c 0.075f  ，当有限元模拟结果与试验结果相近时，再细调 cf 的取值。

表 5-9 cf 变化时裂纹启裂、止裂以及扩展参数

cf

裂纹启裂时刻 裂纹止裂时刻 荷载—位移

曲线面积

A ( kN mm )

裂纹

扩展长度

a ( mm )

1.5mma 

J 积分

( 2kJ/m )

位移

q ( mm )

荷载

F ( kN )

位移

q ( mm )

荷载

F ( kN )

0.01 0.92 27.850 4 20.692 96.492 7.100 246.836

0.02 1.06 28.760 4 25.695 105.825 4.833 334.507

0.03 1.14 29.215 4 28.315 109.761 3.850 386.348

0.04 1.22 29.607 4 29.828 111.910 3.288 427.715

0.05 1.28 29.887 4 30.821 113.243 2.929 459.924

0.1 1.44 30.605 4 32.633 115.657 2.246 532.484

0.15 1.52 30.935 4 33.159 116.286 2.104 547.455

0.2 1.58 31.162 4 33.293 116.492 2.058 525.034

趋势 增大 增大 — 增大 增大 减小 增大

5.4.4 失效孔洞体积分数 Ff

保持 GTN 模型其余 8 个参数不变，仅改变失效孔洞体积分数 Ff ，研究在不

同 Ff 取值下，荷载—位移曲线、 RJ  曲线以及裂纹从启裂到扩展直至止裂的变

化规律。GTN 模型参数取值如表 5-10 所示，荷载—位移曲线以及 RJ  曲线如

图 5-6(a)和图 5-6(b)所示，裂纹启裂、止裂以及扩展参数如表 5-11 所示。

表 5-10 Ff 变化时 GTN 模型参数

1q 2q 3q N NS 0f Nf cf Ff

1.5 1 2.25 0.3 0.1 0.005 0.001 0.05

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5
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(a) 荷载—位移曲线 (b) RJ  曲线

图 5-6 Ff 变化时荷载—位移曲线以及 RJ  曲线变化规律

由图 5-6 可知，随 Ff 取值的减小，荷载—位移曲线以及 RJ  曲线降低，但

荷载—位移曲线降低幅度较小， RJ  曲线降低幅度较大，表明材料性能曲线对

Ff 值较敏感。

由表 5-11 可知，随 Ff 取值的增大，裂纹启裂时刻对应的位移和荷载逐渐增

大，证明 Ff 越大，启裂越困难。荷载—位移曲线下面积随 Ff 的增大而增大，证

明裂纹扩展阻力作用增强，材料克服阻力做功增多。因此随 Ff 取值的增大，裂

纹扩展长度减小， J积分增大。

在 G20Mn5QT 铸钢材料的 GTN 模型标定中，先选取 F 0.25f  ，当有限元模

拟结果与试验结果相近时，再细调 Ff 的取值。

表 5-11 Ff 变化时裂纹启裂、止裂以及扩展参数

Ff

裂纹启裂时刻 裂纹止裂时刻 荷载—位移

曲线面积

A ( kN mm )

裂纹

扩展长度

a ( mm )

2mma 

J积分

( 2kJ/m )

位移

q ( mm )

荷载

F ( kN )

位移

q ( mm )

荷载

F ( kN )

0.1 1.00 28.541 4 28.545 109.940 4.088 446.4

0.2 1.12 29.157 4 30.488 112.538 3.200 518.436

0.3 1.28 29.887 4 30.821 113.243 2.929 541.722

0.4 1.48 30.681 4 31.284 113.978 2.542 572.194

0.5 1.78 31.637 4 31.853 114.918 2.146 603.927

趋势 增大 增大 — 增大 增大 减小 增大
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5.4.5 GTN 模型参数标定

根据上述参数化分析的结果，首先确定模型本构参数 1 1.5q  、 2 1q  、
2

3 1 2.25q q  ；孔洞形核参数 N 0.3  、 N 0.1S  ，其余四个参数 Nf 、 0f 、 cf 和

Ff 通过有限元模拟和试验测定相结合的方式来确定。以编号为 A05B15 的 CT 试

样为基准，通过改变 0f 、 Nf 、 cf 和 Ff 的取值，比较不同位置裂纹扩展长度、荷

载—位移曲线以及 RJ  曲线的有限元模拟结果和试验测定结果，当两者相吻合

时，确定 G20Mn5QT 铸钢材料的 GTN 模型参数，如表 5-12 所示，不同位置的

裂纹扩展长度如表 5-13 所示，荷载—位移曲线、 RJ  曲线的对比如图 5-7(a)和

图 5-7(b)所示。

表 5-12 G20Mn5QT 铸钢材料 GTN 模型参数

1q 2q 3q N NS 0f Nf cf Ff

1.5 1 2.25 0.3 0.1 0.00725 0.065 0.095 0.375

表 5-13 不同位置的裂纹扩展长度有限元模拟和试验测定对比（编号：A05B15）

九点测量位置
平均值

1 2 3 4 5 6 7 8 9

试验值( mm ) 0.22 0.57 1.13 1.45 1.56 1.33 0.98 0.42 0.35 0.967

GTN 值( mm ) 0.28 0.49 1.05 1.39 1.55 1.39 1.05 0.49 0.28 0.963

相对误差( % ) -27.27 14.04 7.08 4.14 0.64 -4.51 -7.14 -16.67 20.00 0.41

注：相对误差以试验测量数据为基准，GTN 值比试验值大，相对误差为正值，GTN 值

比试验值小，相对误差为负值。

需要注意的是，由于 GTN 有限元模型为四分之一模型，因此只能得到二分

之一厚度上的裂纹扩展长度，另外二分之一厚度上的数值对其对称。由表 5-13

可知，试验测得的裂纹扩展长度十分不均匀，因此无法与理想的 GTN 模型在每

一个点上都相互对应。两者在试样表面的裂纹扩展长度相差最大，之后逐渐减小

至试样中部，最终九点平均值误差很小，满足精度要求。
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(a) 荷载—位移曲线 (b) RJ  曲线

图 5-7 荷载—位移曲线、 RJ  曲线有限元模拟和试验测定对比图示（编号：A05B15）

一些国内外学者在进行 GTN 模型标定时，只关注了荷载—位移曲线和 RJ 

曲线变化趋势的吻合性，而忽略了裂纹扩展长度。Qiang 等人[143]利用 GTN 模型

预测的 X80 管线钢母材和焊缝的裂纹扩展长度远远大于试验测定结果，如图

5-8(a)所示。即使 RJ  曲线变化趋势相同，其 GTN 模型预测仍不准确。Samal

等人[138]对 DIN1.4550 奥氏体钢根据 GTN 模型预测 RJ  曲线时，裂纹扩展长度

远远小于试验测定结果，如图 5-8(b)所示。GTN 模型参数的标定，需要综合考虑

荷载—位移曲线、 RJ  曲线以及裂纹长度，将这三者的有限元模拟结果和试验

测定结果进行对比，这样才可以使 GTN 模型预测材料断裂韧性更加精准。

(a) GTN 预测裂纹长度大于试验测定值[143] (b) GTN 预测裂纹长度小于试验测定值[138]

图 5-8 有限元模拟计算与试验测量的裂纹长度不相符情况
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5.5 不同面内/面外拘束的断裂韧度预测

5.5.1 不同面内拘束的 CT 试样 RJ  曲线预测

将表 5-10 中的参数带入 GTN 模型中，用以对不同面内拘束的 CT 试样断裂

韧度进行预测，并与平行试样 2 的试验测定结果进行对比。裂纹长度汇总于表

5-14中，荷载—位移曲线和 RJ  曲线如图 5-9(a)和图 5-9(b)所示，表 5-15为 RJ 

曲线拟合参数 1C 、 2C 以及延性断裂韧度 ICJ 。

表 5-14 不同面内拘束的 CT 试样裂纹长度

试样

编号

初始裂纹长度

0a ( mm )

终止裂纹长度 fa 裂纹扩展长度 a

试验

测定

( mm )

GTN

预测

( mm )

相对

误差

( % )

试验

测定

( mm )

GTN

预测

( mm )

相对

误差

( % )

A04B15 25.046 26.021 26.017 0.015 0.975 0.971 0.410

A05B15 31.021 31.988 31.983 0.016 0.967 0.963 0.414

A06B15 37.561 38.928 38.935 0.018 1.367 1.374 0.512

A07B15 43.235 43.664 43.656 0.018 0.429 0.421 1.865

注：GTN 模型初始裂纹长度与试验测定值相同，如表 5-1 所示。

(a) 荷载—位移曲线 (b) RJ  曲线

图 5-9 不同面内拘束的 CT 试样荷载—位移曲线和 RJ  曲线
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表 5-15 不同面内拘束的 CT 试样 RJ  曲线拟合参数 1C 、 2C 以及延性断裂韧度 ICJ

试样

编号

1C 2C 延性断裂韧度 ICJ

试验

测定

GTN

预测

相对

误差

( % )

试验

测定

GTN

预测

相对

误差

( % )

试验

测定

( 2kJ m )

GTN

预测

( 2kJ m )

相对

误差

( % )

A04B15 344.609 349.376 1.383 0.283 0.289 2.120 247.853 249.887 0.821

A05B15 293.879 296.000 0.722 0.342 0.342 0 191.561 194.342 1.452

A06B15 284.444 285.107 0.233 0.386 0.391 1.295 173.734 173.043 0.398

A07B15 268.746 263.363 2.003 0.393 0.368 6.361 161.172 163.556 1.479

由图 5-9、表 5-14 和表 5-15 可知，GTN 模型预测结果与试验测定结果十分

吻合，误差很小。随着面内拘束的加强，荷载—位移曲线降低， RJ  曲线降低，

延性断裂韧度 ICJ 减小，证明面内拘束对材料断裂韧性具有反作用。

5.5.2 不同面外拘束的 CT 试样 RJ  曲线预测

利用标定的 GTN 模型对不同面外拘束的 CT 试样断裂韧度进行预测。裂纹

长度汇总于表 5-16 中，荷载—位移曲线和 RJ  曲线如图 5-10(a)和图 5-10(b)所

示，表 5-17 为 RJ  曲线拟合参数 1C 、 2C 以及延性断裂韧度 ICJ 。需要注意的是，

由于编号为 A05B15 的 CT 试样在试验中测得真实数据，因此以该试样为基准，

其余试样加载位移与该试样相同。

表 5-16 不同面外拘束的 CT 试样裂纹长度

试样编号 初始裂纹长度 0a ( mm ) 终止裂纹长度 fa ( mm ) 裂纹扩展长度 a ( mm )

A05B7.5

31.021

32.621 1.600

A05B15 32.538 1.517

A05B30 31.983 0.962

A05B45 32.069 1.048

A05B60 32.321 1.300

Plane strain 32.466 1.445
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(a) 荷载—位移曲线 (b) RJ  曲线

图 5-10 不同面外拘束的 CT 试样荷载—位移曲线和 RJ  曲线

表 5-17 不同面外拘束的 CT 试样 RJ  曲线拟合参数 1C 、 2C 以及延性断裂韧度 ICJ

试样编号 1C 2C 延性断裂韧度 ICJ ( 2kJ m )

A05B7.5 216.949 0.322 141.398

A05B15 259.883 0.361 162.870

A05B30 296.000 0.342 194.796

A05B45 251.430 0.288 174.118

A05B60 237.308 0.273 166.947

Plane strain 233.715 0.272 164.434

由图 5-10(a)可知，随着试样厚度的增加，试样刚度增强，在相同的位移下，

试样厚度越大的试样荷载越大，因此荷载—位移曲线升高。由图 5-10(b)、表 5-16

和表 5-17 可知，随着试样厚度的增加，面外拘束作用增强，试样由平面应力状

态向平面应变状态过渡，平面应变状态的三向应力使得该单元更易达到屈服，从

而开裂，因此裂纹扩展长度增加；同时材料克服屈服做功减少，J积分减小，导

致 RJ  曲线降低，延性断裂韧度 ICJ 减小。当试样厚度足够大（ 45mmB ）时，

RJ  曲线变化很小，此时试样接近与平面应变状态。值得注意的是，对于编号

为 A05B7.5 的 CT 试样，由于该试样厚度最小，面外拘束作用最弱，其 RJ  曲

线应该最高，延性断裂韧度 ICJ 应该最大，裂纹扩展长度应该最小。但由于该试

样侧槽深度 N 3mmB B  ，占试样总厚度的 40% ，侧槽的影响不可忽略。侧槽

的存在使得试样的拘束作用大大提高，因此该试样的 RJ  曲线偏低，延性断裂

韧度 ICJ 偏小，裂纹扩展长度偏大。
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5.5.3 不同面内/面外复合拘束的 CT 试样 RJ  曲线预测

利用标定的 GTN 模型对面内/面外拘束同时改变的断裂韧度进行预测。裂纹

长度汇总于表 5-18 中，荷载—位移曲线和 RJ  曲线如图 5-11(a)和图 5-11(b)所

示，表 5-19 为 RJ  曲线拟合参数 1C 、 2C 以及延性断裂韧度 ICJ 。需要注意的是，

由于编号为 A07B15 的 CT 试样在试验中测得真实数据，因此以该试样为基准，

其余试样加载位移与该试样相同。

表 5-18 面内/面外拘束同时改变的 CT 试样裂纹长度

试样编号 初始裂纹长度 0a ( mm ) 终止裂纹长度 fa ( mm ) 裂纹扩展长度 a ( mm )

A04B60 25.046 27.695 2.649

A05B45 31.021 33.592 2.571

A06B30 37.561 38.909 1.348

A07B15 43.235 43.664 0.429

(a) 荷载—位移曲线 (b) RJ  曲线

图 5-11 面内/面外拘束同时改变的 CT 试样荷载—位移曲线和 RJ  曲线

表 5-19 面内/面外拘束的 CT 试样 RJ  曲线拟合参数 1C 、 2C 以及延性断裂韧度 ICJ

试样编号 1C 2C 延性断裂韧度 ICJ ( 2kJ m )

A04B60 312.727 0.308 215.382

A05B45 237.308 0.273 167.120

A06B30 234.150 0.347 147.919

A07B15 263.363 0.368 163.423
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为了研究在面内/面外拘束同时改变的情况下材料断裂韧性的变化，本节选

取四个试样进行研究。编号为 A04B60 的 CT 试样代表低面内高面外拘束，编号

为 A05B45 和 A06B30 的 CT 试样代表中面内中面外拘束，编号为 A07B15 的 CT

试样代表高面内低面外拘束。

由于低面内拘束和高面外拘束都会导致试样荷载值的加大，因此，A04B60

试样荷载—位移曲线最高，A07B15 试样的荷载—位移曲线最低，但 A05B45 和

A06B30 两个试样的荷载—位移曲线呈现出相反的变化趋势，证明面内面外拘束

具有一定的交互作用，如图 5-11(a)所示。由图 5-11(b)、表 5-18 和表 5-19 可知，

A04B60 试样的 RJ  曲线最高，延性断裂韧度 ICJ 最大，而其余三个试样相差很

小，证明低面内拘束会加大面外拘束的作用，而高面内拘束对面外拘束不敏感。

5.6 本章小结

本章利用 ABAQUS 有限元软件内嵌的 GTN 细观损伤模型，对 G20Mn5QT

铸钢材料不同面内拘束、不同面外拘束以及面内面外拘束同时改变的 CT 试样

RJ  曲线以及延性断裂韧度 ICJ 进行预测。其主要内容和所得结论如下所示：

（1） 第二节对不同面内/面外拘束的 CT 试样 GTN 有限元模型的建立进行

了详细介绍。包括试样尺寸、模型细节、加载方式和输出参数。

（2） 第三节给出了利用 GTN 模型预测材料 RJ  曲线的计算方法。包括

裂纹长度的修正以及 J积分的计算。

（3） 第四节进行了 GTN 模型的参数化分析。明确了初始孔洞体积分数 0f 、

孔洞形核粒子体积分数 Nf 、临界孔洞体积分数 cf 以及失效孔洞体积分数 Ff 对材

料荷载—位移曲线、 RJ  曲线以及裂纹演化过程的影响。将有限元模拟与试验

测定相结合，通过比较荷载—位移曲线、 RJ  曲线以及裂纹扩展长度，精准地

标定了 GTN 模型的 9 个参数。

（4） 第五节利用标定好的 GTN 模型对 G20Mn5QT 铸钢材料不同面内/面

外拘束的 CT 试样断裂韧度进行预测。对于不同面内拘束的 CT 试样，GTN 模拟

结果与试验测定结果十分吻合。对于不同面外拘束的 CT 试样，GTN 模拟结果表

明：随面外拘束程度的加强，荷载—位移曲线升高， RJ  曲线下降，延性断裂

韧度 ICJ 减小，材料断裂韧性减弱。对于面内/面外拘束同时改变的 CT 试样，GTN

模拟结果表明：面内面外拘束具有交互作用，低面内拘束会加大面外拘束的作用，

而高面内拘束对面外拘束不敏感。



第 6 章 基于等效应力应变的面内/面外拘束统一表征参数

89

第 6 章 基于等效应力应变的面内/面外拘束统一表征参数

6.1 引言

拘束对材料 RJ  曲线和延性断裂韧度 ICJ 有显著影响，拘束断裂理论经历了

单参数、双参数、三参数直至统一参数这四个阶段的发展。目前提出的可以表征

面内/面外复合拘束的参数或理论，三参数断裂理论参数多，公式复杂，且只能

描述裂纹尖端应力场；统一拘束参数 pA 计算繁琐，且只能描述裂纹尖端应变场，

因此，需要提出一个可以同时表征面内/面外复合拘束，描述裂纹尖端应力应变

场，且便于计算的统一拘束参数。

本章针对 G20Mn5QT 铸钢材料，利用 ABAQUS 有限元软件，对不同面内/

面外拘束的 CT 试样静态裂纹尖端应力应变场进行分析。通过提取其裂纹扩展路

径上拘束控制区中屈服范围内的等效应力和等效应变，将等效应力—等效应变曲

线下的面积作为可以表征面内/面外复合拘束影响的新参数 ESSA 。结合第五章利

用GTN细观损伤模型计算得到的不同面内/面外拘束的CT试样延性断裂韧度 ICJ ，

建立 ESSA 与无量纲断裂韧度 IC refJ J 的关联线 EES IC refA J J ，以此评价

G20Mn5QT 铸钢材料实际工程构件或结构中裂纹缺陷的安全性。

6.2 有限元模拟

6.2.1 材料和试样

本章研究材料为 G20Mn5QT 铸钢材料，其基本力学性能参数和真实应力—

塑性应变曲线如第 2 章 2.2.4.1 节表 2-2 和图 2-5(b)所示，试样形式为 CT 试样。

不同面内/面外拘束的 CT 试样几何尺寸如第 5 章 5.2.1 节表 5-1 所示。

6.2.2 静态裂纹有限元模型

6.2.2.1 模型细节

本节模型与第 3 章 3.2.1 节计算 CT 试样塑性因子表达式的模型相同，因此

不再赘述。
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6.2.2.2 加载方式

CT 试样通过刚性销轴与销孔之间的面面接触进行加载，接触类型为无摩擦

硬接触，采用位移控制加载，位移施加在刚性销轴质心处，如第 3 章 3.2.1.2 节

图 3-1(a)所示。利用 ABAQUS/Standard 求解器求解，采用自动分析步，无需开

启几何大变形，即“NLGEOM=off ”。当不同面内/面外拘束的 CT 试样 J积分

等于其延性断裂韧度 ICJ 时，停止加载。J积分根据 3.3.1.1 节的式(3-10)至式(3-13)

进行计算，不同面内拘束的 CT 试样延性断裂韧度 ICJ 如 3.4.2 节表 3-3 所示，不

同面外拘束以及面内面外拘束同时变化的 CT 试样延性断裂韧度 ICJ 如第 5 章

5.5.2 节表 5-17 和 5.5.3 节表 5-19 所示。

6.2.2.3 输出参数

模型运行完成之后，需要提取最后分析步，即 ICJ J 时裂纹扩展路径上每一

节点的Mises 等效应力以及 6 个应变分量 11 、 22 、 33 、 12 、 13 以及 23 。需要

注意的是，厚度方向上每一层的裂纹扩展路径上的节点均需输出应力应变参数。

6.3 面内/面外拘束统一表征参数 ESSA

将不同面内/面外拘束的 CT 试样裂纹扩展路径上拘束控制区中屈服范围内

的等效应力—等效应变曲线下面积的加权平均值定义为 MA ，将编号为 A05B15

的 CT 试样作为参考试样，此试样裂纹扩展路径上拘束控制区中屈服范围内的等

效应力—等效应变曲线下面积的加权平均值定义为 refA ，面内/面外拘束统一表征

参数 ESSA 如式(6-1)定义：

ESS M refA A A (6-1)

6.3.1 等效应力应变

6.3.1.1 等效应力

1. 应力张量

图 6-1(a) 所示为一受荷载作用物体内部任意一点 O 附近的微元体

OGAB FECD 。以O为坐标原点，矢量OB


为 x轴正向，矢量OF


为 y轴正向，矢

量OG


为 z轴正向，建立坐标系Oxyz。下面分别研究微元体六个面上的应力。
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(a) 微元体OGAB FECD 及其坐标系

(b) 平面 ABCD上应力分布 (c) 平面CDEF上应力分布 (d) 平面 ACEG上应力分布

(e) 微元体OGAB FECD 六个坐标面上应力分布

图 6-1 微元体OGAB FECD 坐标面上应力分布[161]

将平面 ABCD取出，如图 6-1(b)所示，该平面的外法线方向为 x轴正向，其

上的应力 p可分为正应力 n 和剪应力 n 。其中，正应力 n 沿平面外法线方向，

即 x轴正向，定义为 x ；剪应力 n 沿 y轴和 z轴进行分解，可得 xy 和 xz 。因此，

平面 ABCD上存在正应力 x 和剪应力 xy 、 xz 。

将平面CDEF取出，如图 6-1(c)所示，该平面的外法线方向为 y轴正向，其

上的应力 'p 可分为正应力 n 和剪应力 n 。其中，正应力 n 沿平面外法线方向，

即 y轴正向，定义为 y ；剪应力 n 沿 x轴和 z轴进行分解，可得 yx 和 yz 。因此，
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平面 ABCD上存在正应力 y 和剪应力 yx 、 yz 。

将平面 ACEG取出，如图 6-1(d)所示，该平面的外法线方向为 z轴正向，其

上的应力 ''p 可分为正应力 n 和剪应力 n 。其中，正应力 n 沿平面外法线方向，

即 z轴正向，定义为 z ；剪应力 n 沿 x轴和 y轴进行分解，可得 zx 和 zy 。因此，

平面 ACEG上存在正应力 z 和剪应力 zx 、 zy 。

在上述的三个坐标平面内，每个平面均有一个正应力和两个剪应力，共 9 个

应力。这 9 个应力可以组成如式(6-2)所示的应力张量 ：

x xy xz

yx y yz

zx zy z

  
   

  

 
   
  

(6-2)

图 6-1(e)所示为微元体OGAB FECD 六个平面上的应力分布。由于该微元体

处于平衡状态，因此将六个平面上的应力对 x轴、y轴和 z轴取矩，其结果均为 0，

从而得到剪应力互等定理，如式(6-3)所示：

,   ,   xy yx xz zx yz zy        (6-3)

由此可得，式(6-2)所示的应力张量，只有 6 个独立的应力分量，此也确定了

一点（O点）的应力状态。

由式(6-3)可知，应力张量 为二阶对称张量，其有三个不变量，即不随坐标

变换而变化的标量，如式(6-4)至式(6-6)所示：

1 x y zI      (6-4)

 

2

2 2 2   

x xy y yz x xz

yx y zy z zx z

x y y z z x xy yz zx

I
     
     

        

   

      

(6-5)

2 2 2
3 2

x xy xz

yx y yz x y z xy yz zx x yz y zx z xy

zx zy z

I
  
              
  

      (6-6)

设应力张量 的第一不变量 1I 的三分之一为平均应力 m ，如式(6-7)所示：

 1
1 1
3 3m x y zI       (6-7)

2. 应力张量的分解

应力张量 可分解为应力球张量 m  和应力偏张量 s，如式(6-8)所示：



第 6 章 基于等效应力应变的面内/面外拘束统一表征参数

93

0 0
0 0
0 0

0 0
   0 0

0 0

m x xy xz

m m yx y yz

m zx zy z

m x m xy xz

m yx y m yz

m zx zy z m

s s s
s s s s

s s s


   



    
    

    

  
        
     

  
      
      

(6-8)

其中： 为克罗内克函数。

应力球张量 m  只有正应力且三者相等，而没有剪应力，因此只会引起体

积改变，不产生塑性变形，与屈服无关；应力偏张量 s则与塑性变形有关。

由于应力偏张量 s也为二阶对称张量，因此也有三个不变量，如式(6-9)至式

(6-11)所示：

1 3 0x y z x y z mJ s s s            (6-9)

 

2

2 2 2   

x xy y yz x xz

yx y zy z zx z

x y y z z x xy yz zx

s s s s s s
J

s s s s s s

s s s s s s s s s

   

      

(6-10)

2 2 2
3 2

x xy xz

yx y yz x y z xy yz zx x yz y zx z xy

zx zy z

s s s
J s s s s s s s s s s s s s s s

s s s
      (6-11)

由式(6-8)可知，x x ms    ，y y ms    ，z z ms    ，xy xys  ，xz xzs  ，yz yzs  ，

将其带入式(6-10)中，可得：

       2 2 2 2 2 2
2

1 6
6 x y y z x z xy yz zxJ                    

(6-12)

3. 等效应力

对于单向应力状态，用拉应力 x 来代表此状态下某点的应力强度。而对于

一般的复杂应力状态，其 6 个应力分量一般均不为 0，因此需要定义一个物理量，

来表征复杂应力状态下某点的应力强度，如式(6-12)所示：

       2 2 2 2 2 21 6
2i x y y z x z xy yz zx                   (6-13)

其中： i 为应力强度。可以将其理解为该复杂应力状态下某点的应力强度，

与大小为 i 的单向应力状态下该点的应力强度等效，因此 i 又被称为等效应力

或Mises 等效应力。

Mises 等效应力可以真实准确地反映复杂应力状态下某点的应力强度，可将

其作为研究裂纹尖端应力场的参数。Mises 等效应力可在ABAQUS有限元软件中

自动输出。
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6.3.1.2 等效应变

1. 应变张量

在外荷载作用下，物体会发生变形（伸缩或旋转）。形变量与原长的比值，

称为应变，用 来表示。与拉应力 x 、 y 和 z 相对应，用 x 、 y 和 z 表示相应

的线应变，描述受荷载作用物体的伸缩变形；与切应力 xy 、 xz 和 yz 相对应，用

xy 、 xz 和 yz 表示相应的剪应变，描述受荷载作用物体的旋转变形。下面对线应

变和剪应变进行讨论。

图 6-2 线应变与剪应变的计算图示[161]

如图 6-2 所示，沿 x轴取微段OA，其长度为 dx。变形后O点移至 'O 点，A点

移至 'A 点。假设O点沿 x向的位移为u，则 A点沿 x向的位移为
uu dx
x





，微段OA

伸长长度为
u dx
x



，则定义 x
u
x

 



，代表O点沿 x向的伸长量或缩短量。同理可

知，O点沿 y向的线应变 y
u
y

 



，O点沿 z向的线应变 z
u
z

 



。

如图 6-2 所示，在Oxy平面内，沿 x轴取微段OA，其长度为 dx，沿 y轴取微

段OB，其长度为 dy。变形后O点移至 'O 点， A点移至 'A 点， B点移至 'B 点。

假设 O点沿 x和 y 向的位移分别为 u 和 v，则 A点沿 x和 y 向的位移分别为

uu dx
x





和
vv dx
x





， B点沿 x和 y向的位移分别为
uu dy
y





和
vv dy
y





。在小变

形条件下， ' 'O A 与 x轴的夹角 1

v dx vx
dx x




 


， ' 'O B 与 y轴的夹角 2

u dy
uy

dy y



 


。

定义 1
2xy

v u
x y


  

    
，代表O点与 x轴和 y轴夹角变化量的一半。同理可知，

1
2xz

w u
x z

       
， 1

2yz
v w
z y


  

    
。
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与应力张量 类似，应变张量 如式(6-14)所示，应变分量如式(6-15)所示：

x xy xz

yx y yz

zx zy z

  
   

  

 
   
  

(6-14)

y

z

          

xy yxx

xz zx

yz zy

v uu
x yx

v w u
y x z

w vw
y zz

 

  

 

         
          

         

(6-15)

由式(6-15)可知，应变张量 只有 6 个独立的应变分量，此也确定了某点（O

点）的应变状态。

由式(6-14)可知，应变张量 为二阶对称张量，其有三个不变量，即不随坐

标变换而变化的标量，如式(6-16)至式(6-18)所示：

1 ' x y zI      (6-16)

 

2

2 2 2

'

    

x xy y yz x xz

yx y zy z zx z

x y y z z x xy yz zx

I
     
     

        

   

      

(6-17)

2 2 2
3 ' 2

x xy xz

yx y yz x y z xy yz zx x yz y zx z xy

zx zy z

I
  
              
  

      (6-18)

设应变张量 的第一不变量 1 'I 的三分之一为平均线应变 m ，如式(6-19)所示：

 1
1 1'
3 3m x y zI       (6-19)

2. 应变张量的分解

应变张量 可分解为应变球张量 m  和应变偏张量e，如式(6-20)所示：

0 0
0 0
0 0

0 0
   0 0

0 0

m x xy xz

m m yx y yz

m zx zy z

m x m xy xz

m yx y m yz

m zx zy z m

e e e
e e e e

e e e


   



    
    

    

  
        
     

  
      
      

(6-20)

其中： 为克罗内克函数。

应变球张量 m  只有线应变且三者相等，而没有剪应变，因此只会引起体积

改变，不产生塑性变形，与屈服无关；应变偏张量 e则与塑性变形有关。

由于应变偏张量 e也为二阶对称张量，因此也有三个不变量，如式(6-21)至
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式(6-23)所示：

1 ' 3 0x y z x y z mJ e e e            (6-21)

 

2

2 2 2

'

   

x xy y yz x xz

yx y zy z zx z

x y y z z x xy yz zx

e e e e e e
J

e e e e e e

e e e e e e e e e

   

      

(6-22)

2 2 2
3 ' 2

x xy xz

yx y yz x y z xy yz zx x yz y zx z xy

zx zy z

e e e
J e e e e e e e e e e e e e e e

e e e
      (6-23)

由式(6-20)可知， x x me    ， y y me    ， z z me    ， xy xye  ， xz xze  ， yz yze  ，

将其带入式(6-22)中，可得：

       2 2 2 2 2 2
2

1' 6
6 x y y z x z xy yz zxJ                    

(6-24)

3. 等效应变

与应力强度类似， i 为一点的应变强度或等效应变，如式(6-25)所示：

       2 2 2 2 2 22 6
3i x y y z x z xy yz zx                   (6-25)

等效应变可以真实准确地反映一点的应变强度，可将其作为研究裂纹尖端应

变场的参数。ABAQUS有限元软件中可自动输出 6 个独立的应变分量，将其带入

到式(6-25)中，可计算得到等效应变。

6.3.2 拘束控制区

等效应力和等效应变可以分别作为裂纹尖端应力场和应变场的表征参数。将

两者相结合，即可描述裂尖应力应变场。由于 CT 试样在侧槽位置处具有强烈的

应力集中现象，所以在厚度方向上设置了不同的网格密度，随逐渐靠近侧槽，网

格逐渐加密，如第 3 章 3.2.1.2 节图 3-1(c)所示。因此，裂纹扩展路径也是不均匀

分布的，如图 6-3 所示。

(a) 裂纹扩展路径侧视图 (b) 裂纹扩展路径正视图

图 6-3 裂纹扩展路径的定义（编号：A04B15）

以编号为 A04B15 的 CT 试样为例，如图 6-3 所示，定义侧槽根部的裂纹扩

展路径为 Path0，距离侧槽根部 0.5mm 的裂纹扩展路径为 Path6， Z向对称面的
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扩展路径为 Path14。将这三条路径上的等效应力和等效应变随裂纹扩展方向，即

X 向坐标变化趋势绘制在图 6-4(a)中。

(a) 不同裂纹扩展路径上等效应力应变变化 (b) 拘束控制区边界有效应力变化

图 6-4 拘束控制区的确定

由图 6-4(a)可知，对于不同的裂纹扩展路径，等效应力与等效应变的变化趋

势相同。随 X 坐标的增大，逐渐远离裂纹尖端，等效应力与等效应变先减小后

增大。将拐点定义为 ESSP ，不同路径上 ESSP 的 X 坐标相同，等效应变均为 0，但

等效应力数值不同。图 6-4(b)为不同裂纹扩展路径上 ESSP 的等效应力随厚度方向，

及 Z向坐标的变化规律。结果表明，随 Z坐标的增大，逐渐靠近侧槽， ESSP 的等

效应力先逐渐减小后迅速增大。

无论是由裂纹长度变化引起的面内拘束，还是由试样厚度变化引起的面外拘

束，亦或是裂纹长度与试样厚度同时变化引起的面内/面外复合拘束，其对裂纹

尖端应力应变场的影响都是有一定范围的，作者将拘束对裂纹尖端应力应变场的

影响范围，即裂纹尖端到等效应力应变沿裂纹扩展方向的最小值之间的区域定义

为拘束控制区，在图 6-4(a)中表示为裂纹尖端到拐点 ESSP 之间的区域。在拘束控

制区内，等效应力和等效应变随远离裂纹尖端而逐渐减小，在拐点 ESSP 处达到最

低值；在拘束控制区外，拘束的丧失会减小材料塑性变形的阻碍作用，使其等效

应力和等效应变逐渐增大。

图 6-4(b)为拘束控制区边界，即拐点 ESSP 所对应的等效应力随 Z向坐标变化

趋势。由于侧槽的存在会增大面外拘束作用，导致等效应力的降低。拘束影响最

大位置处在距离侧槽约为0.5mm位置处，等效应力随逐渐靠近 Z向对称面上而缓

慢增大，直至趋于平稳。

编号为 A05B30 的 CT 试样等效应力和等效应变在不同裂纹扩展路径上的变

化趋势如图 6-5 所示。结果表明编号为 A04B15 和 A05B30 的 CT 试样变化趋势
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相同，证明该现象与试样尺寸无关，具有通用性。需要注意的是，A05B30 试样

在厚度方向上分为 20 层，因此 Z向对称面的扩展路径为 Path19，且距离侧槽根

部 0.5mm 的裂纹扩展路径为 Path5。

(a) 不同裂纹扩展路径上等效应力应变变化 (b) 拘束控制区边界有效应力变化

图 6-5 等效应力应变在不同裂纹扩展路径的变化趋势（编号：A15B30）

6.3.3 屈服范围

拘束是材料对裂纹尖端塑性变形的阻碍作用，因此拘束与屈服相关。根据

Mises 屈服准则，当某一点的Mises 应力等于材料屈服应力时，该点屈服。图6-4(b)

和图 6-5(b)表明只有在靠近侧槽根部和靠近 Z向对称面时，拘束控制区内所有点

才全部屈服。作者将裂纹尖端到等效应力等于材料屈服应力之间的区域定义为屈

服范围，选取拘束控制区中屈服范围内的等效应力和等效应变，可以准确描述拘

束对于裂纹尖端应力应变场的影响。

6.3.4 ESSA 计算方法

由于在拘束控制区中，不同裂纹扩展路径的屈服范围不同，因此等效应力—

等效应变曲线下的面积也不同，故而采用加权平均的方法，对不同裂纹扩展路径

上拘束控制区范围中屈服范围内的等效应力—等效应变曲线下的面积 MA 进行计

算，其计算公式如式(6-26)所示。参考试样的面积 refA 也是如此计算， ESSA 则可根

据式(6-1)进行计算。

       

      

1 0 M 0 M 1 2 1 M 1 M 2

M
N -1 M -1 M 14 13 M 13 M 14

1 2 2
2

2 2
j j j j

z z A A z z A A

A
B z z A A z z A A

     
  

  
    

 
 

(6-26)

其中： jz 为第 j条裂纹扩展路径对应的 Z向坐标， 0 0z  代表Z 向对称面裂
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纹扩展路径， 14 2Nz B 代表侧槽根部裂纹扩展路径。

6.4 ESSA 与不同面内/面外拘束试样延性断裂韧度 ICJ 的关联

对不同面内/面外拘束的 CT 试样延性断裂韧度 ICJ 进行无量纲化处理，即

IC refJ J ， refJ 为参考试样的延性断裂韧度。不同面内/面外拘束的 CT 试样 IC refJ J

与 ESSA 值如表 6-1 所示。建立 IC refJ J 与 ESSA 之间的关联线，如图 6-6 所示，其表

达式如式(6-27)所示。由于编号为 A05B7.5 的 CT 试样几何尺寸并不合适，因此

与出现一定偏差。因此在进行线性拟合时将该试样排除。

表 6-1 不同面内/面外拘束的 CT 试样 IC refJ J 与 EESA

拘束类型 试样编号 IC refJ J EESA

面内拘束

A035B15 1.509 1.589

A04B15 1.229 1.294

A05B15 1 1

A06B15 0.9 0.907

A07B15 0.862 0.841

面外拘束

A05B7.5 0.853 0.85

A05B15 1 1

A05B30 0.912 0.909

A05B45 0.867 0.872

A05B60 0.863 0.858

Plane Strain 0.744 0.738

面内/面外

复合拘束

A04B60 1.055 1.124

A05B45 0.867 0.872

A06B30 0.789 0.772

A07B15 0.862 0.841

注：表格中蓝色字体的两个 CT 试样相同，红色字体的两个 CT 试样相同
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图 6-6 不同面内/面外拘束的 CT 试样无量纲化延性断裂韧度 IC refJ J 与 EESA 之间的关系

EES IC ref1.147 / 0.130A J J   (6-27)

结果表明不同面内/面外拘束的 CT 试样 IC refJ J 与 ESSA 之间呈现良好的线性

关系，证明 ESSA 可作为统一的拘束参数对不同面内/面外拘束进行表征，同时可

以精准的描述裂纹尖端应力应变场。

统一拘束参数 ESSA 可纳入材料的完整性评定中。目前最常用的含缺陷结构的

完整性评定规范为英国的 R6 规范[8]以及欧洲的 SINTAP 规范[6]。R6 规范首次提

出利用失效评定曲线对含裂纹结构进行失效分析，横坐标表示无量纲断裂韧度

rK ，即裂纹应力强度因子K与材料应力强度因子 ICK 的比值；纵坐标表示无量纲

载荷 rL ，即外部载荷 F 与塑性失稳载荷 LF 的比值。R6 规范主要思路认为结构受

到外部载荷发生破坏的应力状态始终处于脆性断裂和塑性失稳两个极限状态中，

评定思路是含裂纹结构受破坏程度通过脆性断裂判据和塑性失稳判据建立的失

效评定曲线加以体现[162]。该方法的特点是根据评估点在评定区域内的位置判定

结构断裂模式，如图 6-7(a)所示。SINTAP 规范评定结果可以由 FAD 或者 CDF

两种形式表现，其中 FAD 失效评定曲线法与 R6 规范的评定过程类似；CDF 法

主要以裂纹扩展过程中 J积分的变化或者裂纹尖端张开位移CTOD 两种参数作

为评定曲线纵轴参数，通过断裂判据 ICJ J 对结果进行判定，如图 6-7(b)所示。
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(a) R6 规范 (b) SINTAP 规范 CDF 法

图 6-7 完整性评定规范[162]

由于 R6 规范和 SINTAP 规范中评定曲线的纵坐标数值为材料的断裂韧度，

会受到拘束的显著影响。因此利用统一拘束参数 ESSA 与材料无量纲断裂韧度

IC refJ J 的关联线，将  EESIC ref AJ J 应用于完整性评定规范中之中，更能准确地预

测评估点所处状态，判定结构断裂模式。

6.5 本章小结

本章通过对 G20Mn5QT 铸钢材料不同面内/面外拘束的 CT 静态裂纹试样进

行有限元模拟，提出可表征面内/面外复合拘束的新的统一参数 ESSA ，并建立其

与无量纲延性断裂韧度的关联线 EES IC refA J J 。其主要内容和所得结论如下所示：

（1） 第二节介绍了不同面内/面外拘束的 CT 静态裂纹试样有限元建模过

程，包括试样尺寸、模型细节、加载方式和输出参数。

（2） 第三节对面内/面外复合拘束统一表征参数 ESSA 的理论背景和计算方

法进行了详细的说明。通过提取不同面内/面外拘束的 CT 试样与标准高拘束 CT

试样裂纹扩展路径上拘束控制区中屈服范围内的等效应力和等效应变，求出其等

效应力—等效应变曲线下面积的加权平均值 MA 和 refA ，计算出统一拘束参数

ESS M refA A A 。在此过程中提出了拘束控制区和屈服范围的概念，更用来精准

描述拘束对裂纹尖端应力应变场的影响。

（3） 第四节结合第 5 章利用 GTN 细观损伤模型计算得到的不同面内/面外

拘束的 CT 试样延性断裂韧度 ICJ ，建立不同面内/面外拘束的 CT 试样无量纲延

性断裂韧度 IC refJ J 与 ESSA 的关联线 EES IC refA J J ，为 G20Mn5QT 铸钢材料实际

工程构件或结构的安全性设计与完整性评定提供理论指导和计算参数。
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第 7 章 总结与展望

本文通过理论分析、宏观试验，数值模拟相结合的方式，探究不同面内/面

外拘束对 G20Mn5QT 铸钢材料断裂韧性的影响。提出可以表征面内/面外复合拘

束的新的统一参数 ESSA ，并建立此与材料断裂韧度之间的关联线 EES IC refA J J ，

为 G20Mn5QT 的安全性设计和完整性评定提供参数和理论指导。通过引入图像

处理技术和声发射技术，对断裂韧度试验进行阶段性分析，计算各阶段分界点的

断裂韧度，建立断裂判据，以此明确裂纹演变过程和断裂失效模式，使声发射技

术在金属材料断裂韧性评价领域中得到进一步应用。论文主要结论、创新点及展

望总结如下：

7.1 主要结论

（1） 根据规则化法，结合所提出的新的塑性因子表达式，对 G20Mn5QT

铸钢材料不同面内拘束的CT试样 RJ  阻力曲线和延性断裂韧度 ICJ 进行试验测

定。随着面内拘束的增强， RJ  阻力曲线降低且 ICJ 减小，材料断裂韧性减弱。

利用扫描电镜对断口形貌进行分析，明确其微观断裂机理，结果表明随面内拘束

作用加强，断裂机理从孔洞延性断裂经由韧性/脆性混合断裂转变为脆性断裂。

（2） 利用图像处理技术对 CT 试样表面裂纹不同时刻下裂纹扩展长度进行

测量，确定预制疲劳裂纹开裂时刻和裂纹萌生时刻，结合声发射参数在裂纹扩展

阶段表现出的明显特征差异性，对 G20Mn5QT 不同面内拘束的 CT 试样断裂韧

度试验进行阶段性分析。其裂纹演变过程从预制疲劳裂纹开裂，过渡至裂纹萌生，

后经过缓慢扩展、稳定扩展、快速扩展直至最后失稳扩展。将裂纹稳定扩展时刻

对应的断裂韧度 IPAEJ 作为试样失效的临界值，建立基于图像处理技术和声发射

技术的断裂判据 IPAEJ J ，并与经典断裂判据 ICJ J 进行对比，结果表明断裂判

据 IPAEJ J 应用于工程中更保守。

（3） 采用 ABAQUS 有限元软件内嵌的 GTN 细观损伤模型，经过大量参

数化分析，标定 GTN 模型参数，用以预测 G20Mn5QT 不同面内/面外拘束的 CT

试样 RJ  阻力曲线和延性断裂韧度 ICJ 。面内或面外拘束的增强，会导致材料断

裂韧性的降低。面内面外拘束具有交互作用，低面内拘束会增大面外拘束的作用，

高面内拘束对面外拘束不敏感。

（4） 通过对不同面内/面外拘束的 CT 试样与标准高拘束 CT 试样静态裂纹
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的有限元分析，提取其裂纹扩展路径上拘束控制区中屈服范围内的等效应力和等

效应变，求出其等效应力—等效应变曲线下面积的加权平均值 MA 和 refA ，提出

可表征面内/面外复合拘束的统一拘束参数 ESS M refA A A ，以此描述裂纹尖端应

力应变场。建立其与无量纲延性断裂韧度 IC refJ J 的关联线 EES IC refA J J ，为

G20Mn5QT 铸钢材料实际工程构件或结构的安全性设计与完整性评定提供理论

指导和计算参数。

7.2 创新点

（1） 基于图像处理技术和声发射技术，提出了一种对 G20Mn5QT 铸钢材

料断裂韧度试验进行阶段性分析的新方法。该法可以准确描述裂纹演变过程，并

提出一种 G20Mn5QT 断裂判据 IPAEJ J 。

（2） 基于裂纹扩展路径上拘束控制区中屈服范围内等效应力—等效应变

曲线下面积的加权平均值，定义了一个新的面内/面外统一拘束参数 ESSA ，并建

立其与材料无量纲断裂韧度 IC refJ J 的关联线 EES IC refA J J ，用以表征不同面内/

面外拘束对 G20Mn5QT 铸钢材料断裂韧性的影响。

7.3 展望

由于作者水平和研究时间有限，论文仍有需要完善之处，可以从以下几方面

展开进一步研究：

（1） 在利用 GTN 模型对材料断裂韧性进行预测时，作者仅针对初始孔洞

体积分数 0f 、孔洞形核粒子体积分数 Nf 、临界孔洞体积分数 cf 以及失效孔洞体

积分数 Ff 这四个参数进行了参数化分析，但对另外五个参数，模型本构参数 1q 、

2q 、 3q 以及孔洞形核参数 N 、 NS 仍需进一步分析和研究。

（2） 作者基于 G20Mn5QT 铸钢材料和 CT 试样，提出了面内/面外统一拘

束参数 ESSA 。但该参数在不同材料、不同试样形式以及不同加载方式下的适用性

以及可行性仍需进一步分析和研究。

（3） 作者提出的基于声发射技术和图像处理技术对 G20Mn5QT 铸钢材料

断裂韧度试验进行阶段性分析的方法以及断裂判据对于不同材料的适用性和可

行性仍需进一步研究。
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