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基于微孔贯通细观损伤模型的金属韧性断裂分析 
姜  薇，李亚智，束一秀，樊振兴 

(西北工业大学航空学院，西安 710000) 

摘  要：韧性材料断裂过程通常可看作是材料内部微孔洞的形核、扩展及相互贯通的积累。经典的 Gurson- 

Tvergaard (GT)模型能够很好地模拟具有变形均匀、各向同性的孔洞的萌生及扩展过程；但无法模拟由孔洞贯通而

引起的局部变形过程，因此需要对其修正，引入相应的孔洞贯通准则。该文采用两种贯通准则对经典 GT模型进

行修正，即 Thomason的塑性极限载荷准则和临界等效塑性应变准则。借助用户自定义程序 UMAT将采用这两种

贯通准则修正的 GT 本构关系嵌入至商用有限元软件 ABAQUS 中，从而可通过对金属材料应力状态和断裂机理

的分析控制孔洞的贯通。以一组含有不同缺口根半径的圆棒拉伸试验件为例，分析了该类金属构件自孔洞萌生至

最终断裂的整个损伤演化过程，并与试验数据进行了对比，验证了该模型的有效性。该文还讨论了金属断裂过程

中应力三轴度对微裂纹萌生与扩展的影响。 
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INVESTIGATION OF METALLIC DUCTILE FRACTURE BY VOID-BASED 
MESO-DAMAGE MODEL  

JIANG Wei , LI Ya-zhi , SHU Yi-xiu , FAN Zhen-xing 
(School of Aeronautics, Northwestern Polytechnical University, Xi’an 710000, China) 

Abstract:  The ductile fracture of metallic materials is usually the result of void nucleation, growth and 
coalescence. The classical Gurson-Tvergaard (GT) model has proven to be an effective means for simulating the 
nucleation and growth of voids with homogenous deformations. However, as for the localized deformation due to 
the void coalescence, the GT model is limited. The original GT damage model is extended to the problem of 
localized deformations by incorporating two different void coalescence criteria in the paper. One is based on the 
plastic-limit-load model proposed by Thomason; the other assumes the onset of void coalescence using a critical 
equivalent plastic strain as a power law of stress triaxiality (defined by the ratio of the hydrostatic stress to the 
equivalent stress). Hence, void coalescence can be controlled by physical mechanisms, rather than by a critical 
void volume fraction which cannot be taken as a constant. The extended constitutive models are implemented into 
an implicit finite element code via a user defined material subroutine (UMAT) in ABAQUS. The void-based 
meso-damage model was adopted to study the ductile fracture of a series of notched round tensile bars. It is shown 
that the predictions of the fracture behavior from void nucleation to final material failure have a good agreement 
with the experiment data, which validates the proposed model. Also, the effects of stress triaxiality on the 
nucleation and propagation of microcracks are discussed. 
Key words:  ductile failure; meso-damage model; void coalescence; failure criterion; stress triaxiality 
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细观损伤力学将金属材料的宏观断裂行为与

细观结构变量及材料的连续属性有机关联在了一

起。于是，宏观韧性断裂过程就可分为两个阶段：

孔洞的萌生和扩展所引起的各向同性变形过程以

及孔洞贯通所引起的局部变形过程。Gurson模型[1]

在材料的屈服函数中考虑了损伤(孔洞体积分数，
f )和静水压力的影响，被广泛用于分析韧性断裂
过程。基于 Gurson模型，Tvergaard[2]引入了两个修

正参数来考虑孔洞间的相互作用以及材料的应变

强化效应。Needleman和 Tvergaard[3]则借助一组线

性关系实现了对孔洞贯通后材料迅速失去承载能

力这一过程的描述。Chu 和 Needleman[4]提出了一

系列适用于 Gurson模型的孔洞萌生准则。 
应用 Needleman和 Tvergaard的线性孔洞贯通

模型时，临界孔洞体积分数 cf 常被视作材料内部
孔洞开始贯通的标志，并认为 cf 是仅与材料相关
的常数。然而，许多研究表明 cf 与初始孔洞体积
分数、孔洞形状、孔洞间距、应力三轴度以及应变

强化指数等因素密切相关。因此，有必要引入考虑

材料细观结构和应力状态的孔洞聚合准则。

Thomason[5]认为可将塑性临界载荷模型作为孔洞

连通准则，其中孔洞贯通与否由孔洞之间韧带上的

局部屈服状态决定，这样就统一考虑了材料和应力

状态的影响。 Bao[6]、 Bai 和 Wierzbicki[7]对

2024-T351铝合金进行了大量的试验，分别得到了
基于等效应变的宏观韧性断裂准则，即当宏观等效

应变达到临界值(是应力三轴度的函数)时，材料将
丧失承载能力。Gao 等[8―9]通过试验分析了 5083
铝合金和 DH36钢的韧性断裂过程，针对两种材料
分别建立了考虑三轴应力状态影响的等效应变孔

洞贯通准则并将其应用于数值分析中。 
针对经典 Gurson-Tvergaard(GT)模型在分析局

部变形过程中的局限性，本文采用两种不同的孔洞

贯通准则对其修正，从而建立了完整的模拟孔洞的

萌生、扩展和贯通过程的损伤模型。通过将该模型

以用户子程序的形式嵌入有限元软件，对具有不同

缺口根半径的轴对称拉伸金属圆棒进行了断裂行

为分析，并讨论了应力三轴度的影响。 

1  基于微孔贯通的细观损伤模型 
1.1  孔洞萌生和扩展模型 
因孔洞萌生和扩展而引起的材料软化行为可

以由 GT本构关系准确描述。适用于各向同性硬化

材料的 GT屈服函数具有以下的形式[1]： 
2

2 22
1 1

32 cosh 1 0
2
qq pq f q fΦ

σ σ
  = + − − − =      

(1) 

其中： p是静水压力；q是Mises等效应力；σ 为

基体材料(不含孔洞的密实材料)的流动应力，是基
体等效塑性应变 p

mε 的函数； f 是材料的当前孔洞
体积分数；常数 1q 和 2q 描述孔洞间的相互影响。 

基体材料的应变强化作用可由 p
m( )σ σ ε= 描

述，其中 p
mε 由等效塑性功来确定： 

p p
m(1 ) d : df σ ε σ ε− =          (2) 

其中： pdε 是材料塑性应变率张量； p
mdε 是基体材

料的等效塑性应变率。 
载荷的作用下，孔洞体积分数的改变主要是由

于已有孔洞的扩展以及新孔洞的萌生所导致的。因

此，孔洞体积分数的变化具有以下形式： 
p p

md (1 )d : df f I Aε ε= − +        (3) 

式(3)中，第一项是因孔洞扩展而引起的孔洞体积分
数改变量；新孔洞萌生的主要形式是基体粒子在界

面处的断裂或脱粘，因此可采用式(3)第二项由应变
控制的孔洞萌生模型来描述。其中，孔洞萌生强度

因子 A是基体等效塑性应变 p
mε 的函数，通常认为

它服从正态分布[4]： 
2p
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其中： Nf 为孔洞体积分数中形核部分的极限值； Nε
是孔洞萌生时的平均等效塑形性应变； Ns 是该正态
分布的标准差。 
1.2  基于应力状态的损伤准则 
1.2.1  塑性极限载荷准则 

Thomason 通过研究发现：韧性断裂过程后期
的局部塑性变形可看作材料内部孔洞间的韧带上

的内部颈缩引起的，可由塑性极限载荷来描述孔洞

是否开始贯通。Thomason 认为孔洞的贯通条件可
以表示为[5]： 

L
1 1σ σ=                (5) 

其中： L
1σ 为塑性极限载荷，表示材料抵抗孔洞贯

通的能力； 1σ 是当前屈服面上材料点的最大主   

应力。 
采用含椭球孔洞的三维体胞，Thomason 得到

了孔洞贯通的极限载荷： 
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其中：x、y和 z轴分别为最小、中间和最大主应力
方向；X 为体胞在 x轴方向的当前长度； xR 、 zR 分
别是椭球孔洞的 x轴和 z轴半径。含椭球孔洞的体
胞所在的局部坐标系由 x、y 和 z 轴定义。Pardoen
和 Hutchinson[10]的研究结果表明α 和 β 与应变强
化指数 n有关。通常可假定 β 取常数 1.24，而α是

n的二次函数： 
2( ) 0.1 0.217 4.83 , 0 0.3n n n nα = + + ≤ ≤  (7) 

假设孔洞在变形过程中始终保持球形，式(6)
中的孔洞几何参数可直接由当前孔洞体积分数和

主应变 1ε 、 2ε 、 3ε 确定： 

1 2 33
3 e
4 πx y z

fR R R ε ε ε+ += = =       (8) 

1 2e / 2X Y ε ε+= =                (9) 
由式(6)、式(8)和式(9)可以看出，在塑性极限

载荷的计算中，考虑了材料内部的孔洞几何形状、

间距以及当前应变状态的影响，孔洞何时开始贯通

不再简单地由一个常数决定。 
1.2.2  等效塑性应变准则 
假设孔洞周期性分布，则材料可以看作由大量

的中心含孔洞的六面体单位体胞堆积而成。当塑形

屈服发生在孔洞间的韧带上时，就可以认为该体胞

失效了[16]。临界等效塑形应变值常被用作材料韧性

的宏观度量。因此，可以考虑借助于临界等效塑性

应变来模拟由孔洞连通引起的材料失效行为，建立

基于等效塑性应变的贯通准则。实际工程结构中，

裂纹总是在具有最高应力三轴度的部位萌生，例如

轴对称拉伸圆棒最小截面中心处。此外，应力三轴

度也是描述应力状态对韧性断裂影响的主要参数。

因此，可以考虑建立以应力三轴度参数为函数的等

效塑性应变贯通准则。 
Oh等[11]通过试验给出了适用于 API X65钢的

指数形式的等效塑性应变失效准则： 
ave1.54

f 3.29e 0.10Tε −= +          (10) 
其中， aveT 为当前材料点上的平均应力三轴度水平： 

f

ave 0
f

1 dpT
q

ε
ε

ε
= −∫           (11) 

fε 是临界等效塑性应变。在本文中，该准则也
用于模拟金属材料的韧性断裂，从而考虑了应力状

态对孔洞贯通的影响。 

1.3  孔洞贯通模型 
Tvergaard和Needleman在 1984年提出的 *f 函

数[3]被用来考虑材料失效时孔洞迅速连通的过程。

当材料内部的孔洞体积分数 f 达到贯通准则所确
定的临界值时，贯通发生，在损伤模型中 f 由 *f 所
替代： 

c
* *

u c
c c c

F c
( )

f f f
f f ff f f f f

f f

<
= − + − −

≥

，

，
   (12) 

其中： cf 是孔洞开始连通时的临界孔洞体积分数；
*

u 11 /f q= 是应力为零时的 *f 的值； Ff 是材料最终
失效时的孔洞体积分数。 
1.4  损伤模型在 ABAQUS中的实现 
为本文在 ABAQUS 有限元软件的基础上，编

写了用户自定义子程序 UMAT。其中涉及到两个关
键的数值过程：其一，是采用何种方法对率形式的

本构方程进行数值积分。本文采用了 Aravas[12]所提

出的欧拉向后积分方法。其二，在隐式有限元方法

中，为了采用牛顿法求解全局平衡方程，需提供线

性化模量来建立切线刚度矩阵(雅可比矩阵)，通常
此过程涉及到矩阵求逆，较为困难。本文采用了

Zhang等[13]给出了基于图形返回算法的显式求解一

致切向模量的方法计算切线模量。 

2  有限元分析 
为了验证损伤模型的有效性，本文分析了与Oh

等[11]研究所用试验件尺寸相同的缺口拉伸圆棒的韧

性断裂过程。同时，为了考虑三轴应力状态对材料

拉伸韧性断裂的影响，对三种不同缺口根半径的拉

伸圆棒件进行了建模。根据试验件的轴对称特性，

有限元分析中采用了 8 节点轴对称缩减积分单元
(CAX8R)。图 1 是缺口拉伸圆棒的几何构形，图 2
是本文使用的有限元模型。 

 
图 1  缺口拉伸试验件几何结构 

Fig.1  Geometries of notched tensile specimens 

2.1  宏观力学参数 
圆棒材料为广泛用于天然气运输的高强度管

用钢材 API X65. API X65钢为高强度低合金钢，在
拉伸载荷作用下的材料常数为：弹性模量

E=210.7GPa；泊松比 0.3ν = ；初始屈服强度 0σ =  
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图 2  缺口拉伸试验件的轴对称有限元模型 

Fig.2  Axisymmetric finite element meshes for notched tensile 
bars 

464.5MPa。为考虑材料的应变强化作用，需要材料
的真实应力-应变曲线。本文使用 Ramberg- Osgood
形式拟合 Oh等试验所得 API X65钢的单轴拉伸真
实应力-应变曲线。 
2.2  确定模型损失参数 
在使用本文修正的 GT损伤模型进行断裂预测

时，需确定其中 8个损伤模型参数：2个 Gurson屈
服函数参数( 1q , 2q )和 6 个与孔洞体积分数相关的
参数( 0f , cf , Ff , Nε , Ns 和 Nf )。 

本文所研究材料为高强度管用钢 API X65，质
地纯净，孔洞萌生非常不明显。孔洞参数选用 Chu
和 Needleman[4] 所 给 出 的 建 议 值 N 0.3ε = 和

N 0.1s = ，而 Nf 则取 0.0008。有一些学者认为，对
于大多数韧性金属在初次近似计算中，初始孔洞体

积分数 0f 可以近似取MnS粒子的体积百分数。MnS
的体积百分数可以由 Franklin公式计算得到[14]： 

v
0.0010.054 %

%
f S

Mn
 = − 
 

         (13) 

其中， %S 和 %Mn 分别是硫和锰的质量百分数。

本文中，首先由式(13)计算出 0f 的初始近似取值，
然后对某一组缺口圆棒试验件(R6)的试验结果进行
拟合，反推得到合适的 0f 。材料最终失效时的孔洞
体积分数 Ff 依赖于初始孔洞体积分数，相对不太敏
感，通常认为其取值范围在 0.15~0.2。可以由 Zhang
的经验公式[15]近似得到： 

F 00.15 2f f= +            (14) 

Nε , Ns , Nf , 0f 和 Ff 按照上述说明取值，在本文
采用的两组损伤模型参数中相同。而临界孔洞连通

体积分数 cf 则由 2 种孔洞贯通准则(塑性极限载荷
准则和等效塑性应变准则)分别确定。在两组参数
中，q参数也是分别确定：第一组采用 Tvergaard[2]

所建议的经典值 1 1.5q = 、 2 1.0q = ；第二组则基于

Faleskog等[14]的研究结果，根据 q参数对应变强化
指数(n)和初始屈服应力对弹性模量的比值( 0 / Eσ )

的依赖性以及 Faleskog 所给出的研究结果插值得
到。表 1列出了本文所用的两组损伤模型参数。 

表 1  损伤模型参数 
Table 1  Damage model parameters 

 Nε  Ns  Nf  0f  cf  Ff  1q  2q  

1 0.3 0.1 0.0008 0.0005 准则 1 0.151 1.5 1.0 
2 0.3 0.1 0.0008 0.0005 准则 2 0.151 1.70 0.85 

2.3  与试验结果比较 
对缺口根部半径分别为 6mm、3mm 和 1.5mm

的圆棒试验件进行了有限元分析，这些试验件在拉

伸载荷的作用下，具有不同的应力三轴度水平。图 3
将采用本文所修正的损伤模型断裂分析结果与采

用 ABAQUS 自带的多孔金属材料模型 (Porous 
metal material)的数值结果及 Oh等的试验结果进行
了对比。考虑到 Oh 等的试验中对轴向位移的监测
范围是试验件中部 25mm的部分，图 3中的名义应
力和名义应变分别由距离对称截面 12.5mm的截面
上的总的节点力和平均节点位移计算得到。 
由图 3可以发现：与试验件几何构形(即缺口半

径)无关，采用上述两种连通准则的损伤模型均能得
到与试验数据吻合很好的数值模拟结果。而

ABAQUS 所自带的考虑孔洞影响的金属材料模型
尽管可以很好地模拟孔洞贯通之前的材料应力-应
变响应，但由于缺少对孔洞贯通的定义，无法有效预

测孔洞开始贯通后，材料迅速丧承载能力的现象。 

名
义
应
力

/M
Pa

 
(a) R6 
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ABAQUS自带考虑孔洞影响的塑性材料模型

 
(b) R3 
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(c) R1.5 

图 3  缺口拉伸圆棒的模拟和试验结果 
Fig.3  Comparison of FEM results with notched tensile tests 

2.4  裂纹在形成与扩展 
采用本文的损伤模型模拟金属材料的韧性断

裂时，单元失效时可认为裂纹发生了萌生或扩展。

因此，该方法不仅能够模拟裂纹萌生的位置，而且

能够预测裂纹的扩展路径。应用等效塑性应变准则

对 R6 缺口试验件中裂纹萌生和扩展进行了分析。
图 4(a)给出了试验件中的裂纹萌生位置，即试验件
对称截面的中心处；图 4(b)中，失效的单元近似标
示出了裂纹的扩展路径，即在试验件的对称截面

上，由中心向圆棒自由表面扩展。这些结果与试验

中观察到的现象是一致的。图 4(c)描述了裂纹萌生
时刻，试验件孔洞体积分数的分布情况(“SDV12”
即为 UMAT 中的计算得到的内变量孔洞体积分
数)，最大的孔洞体积分数出现在对称截面附近的中
心位置。 

     
(a) 裂纹起始位置      (b) 裂纹扩展路径 

 
(c) 裂纹萌生时刻试件孔洞体积分数 

图 4  R6试验件模拟结果 
Fig.4  The FEM results of R6 notched tensile bar 

2.5  应力三轴度的影响 
对任一试验件，在对称截面上最高的应力三轴

度总是出现在中心，而最低的应力三轴度总是出现

在靠近自由表面的位置。图 5给出了裂纹萌生时刻
试验件最小截面上的应力三轴度参数 T 的分布情
况。根据 GT本构关系，较高的应力三轴度和不断
积累的塑性变形加速了裂纹在试验件中的形成和

扩展。从而解释了裂纹首先在试验件对称截面中部

形成的原因。 

 
图 5  裂纹萌生时刻试件对称截面上的应力三轴度分布 

Fig.5  Variation in stress triaxialities along minimum section 
at crack initiation 

图 6给出了加载过程中，试验件对称截面中心
应力三轴度参数 T随等效塑性应变 pε 变化的曲线。
对于具有不同缺口根半径的试验件，不同几何构形

导致了试验件中部应力三轴度水平的不同。由图 5
和图 6 可以看出，R6 试验件的应力三轴度水平最
低，而 R1.5试验件的应力三轴度水平最高。因而，
应力三轴度水平随着缺口半径的增大而降低。图 6
还显示出，各试验件均在破坏瞬间应力三轴度水平

达到了峰值，并在卸载后迅速回落。除此之外，不

同应力三轴度水平导致孔洞在不同的塑性变形下

开始贯通，此后孔洞体积分数迅速增长，在破坏时

达到最大值并且不再改变(见图 7)；宏观上对称截面
应力三轴度水平高的 R1.5 试件在较低的塑性变形
下首先发生破坏。 
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图 6  加载历程中裂纹萌生处的不同应力三轴度水平 

Fig.6  Different stress triaxialities at the center of specimens 
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图 7  裂纹萌生处孔洞体积分数随等效塑性应变的变化 

Fig.7  Void volume fraction versus equivalent plastic strain 

3  结论 
采用两种考虑应力状态和断裂机理的贯通准

则对经典 Gurson-Tvergaard (GT)模型进行修正，建
立了可预测裂纹萌生、扩展和贯通的损伤模型。然

后以含缺口圆棒金属件为例，模拟了金属材料的韧

性断裂过程，验证了该方法的有效性，为模拟小尺

寸金属结构的裂纹形成和扩展提供了可行的方法。

从本文的数值模拟结果可以得到以下结论： 
(1) 基于两种孔洞贯通准则扩展的 GT 本构关

系可以很好地预测金属材料的韧性断裂过程。 
(2) 裂纹首先在应力三轴度最高且孔洞体积分

数最大的位置萌生并在试验件的最小截面上扩展。 
(3) 不同应力三轴度水平会导致孔洞在不同的

等效塑性应变水平下开始贯通并直至断裂。 
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