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缝线增强层合板混合模式弯曲试验的数值模拟 

金竹雨，张晓晶，汪  海 
(上海交通大学航空航天学院，上海 200240) 

摘  要：对缝线在复合材料层合板中的桥联作用进行参数分析，结果显示缝线的直径和拉伸强度，缝合角度，层

合板厚度和挤压强度均会对缝线的桥联曲线以及断裂能产生影响，甚至改变缝线的破坏模式。以计算所得的桥联

曲线作为输入参数，分别用连接器(Connector)和离散内聚力单元(Cohesive 单元)的方法建立有限元模型，模拟缝

线增强复合材料层合板的混合模式弯曲(MMB，Mix-Mode Bending)试验。两种方法的有限元计算结果具有较好的

一致性，且均能够与文献中的试验数据较好吻合。相比离散 Cohesive 单元模型，Connector 模型的计算效率更高，

需要的输入参数更少，且建模更为简便。 
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NUMERICAL SIMULATIONS FOR THE MIX-MODE  
BENDING TEST OF THE STITCHED LAMINATES 

JIN Zhu-yu , ZHANG Xiao-jing , WANG Hai 

(School of Aeronautics and Astronautics, Shanghai Jiao Tong University, Shanghai 200240, China) 

Abstract:  Parameter analysis is conducted on the bridging effect of the stitch which works as the 

through-thickness reinforcement in the composite lamina. The analysis results indicate that stitch diameter, stitch 

strength, incline angle, laminate thickness and laminate bearing strength influence the bridging curve and the 

fracture energy, and even change the stitch failure mode. The finite element models are established in two ways, 

i.e., connector and discrete cohesive element models, to simulate the mix-mode bending test for the stitched 

laminates with the stitch bridging curve as input data. The two models are in good agreement with each other, and 

both of them agree well with the existing experimental results. Compared with the discrete cohesive element 

model, the connector model, needing less input data, gives a higher modeling and calculation efficiency. 

Key words:  stitched lamina; bridging effect; mix-mode bending test; cohesive element; connector 

 

复合材料层合板具有比强度和比刚度高的优

点，但较差的层间性能在一定程度上限制了它的应

用范围。为了提高层间断裂韧性，Z-pin 以及缝线

等沿厚度方向的增强技术(TTR，Through Thickness 

Reinforcement)得到了广泛的应用。TTR 是通过桥联

作用来抑制层合板分层的：当裂纹扩展到 TTR 时，

会产生一个阻止裂尖前进的桥联力，且这个力将一

直持续到裂纹向内扩展一段位移之后。这一过程可

以用桥联力-位移曲线来描述，典型的三线型桥联曲

线及其三个主要参数桥联刚度 k、最大载荷 Fmax、

以及断裂能 G 如图 1 所示。目前已有多种模拟方法

对 TTR 的增强效果进行预测，大致可分为以下   

三类。 

1) 将 TTR 的桥联作用平均化到整个增强区域

上。Jain 和 Mai[1]在缝线增强双悬臂梁(DCB，Double 

Cantilever Beam)的解析模型中，使用内聚力模型模
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拟桥联作用，由单根缝线桥联力乘以缝合密度计算

得到内聚力。Robinson 和 Das[2]使用了相反的方法

计算DCB试件增强区域中单根Z-pin所产生的桥联

力，其模型中假设 Z-pin 的初始刚度无穷大，则桥

联力可以看成是裂纹张开位移的线性递减函数。

Byrd 和 Birman[3]使用了类似的方法研究了 Z-pin 对

增强 DCB 试件在应变释放率、断裂以及疲劳性能

上的影响。这一方法在 TTR 间距较小时具有较好的

计算精度。 

2) 使用非线性弹簧元模拟 TTR。Grassi 和

Zhang[4]建立了二维 Z-pin 增强 DCB 试件有限元模

型研究其 I 型层间断裂性能，非线性弹簧元的属性

由单根 Z-pin 桥联力乘以宽度方向上的 Z-pin 数量

计算得到。Castanié 等[5]将非线性弹簧元同时赋以

Z-pin 在 I、II 型模式下的桥联曲线，分别模拟了拉

拔，弯曲和剪切载荷下的 T 型以及 L 型接头。Allegri

和Zhang[6]建立了三维有限元模型模拟了Z-pin增强

的 T 型接头和十字型接头，非线性弹簧元的属性由

混合模式下的 Z-pin 桥联作用确定。 

3) 使用离散 Cohesive 单元模拟 TTR。Bianchi

和 Zhang[7―8]以 Z-pin 的桥联作用定义离散 Cohesive

单元的属性，建立了 Z-pin 增强层合板 DCB、边端

切口弯曲(ENF，End Notched Flexure)试验模型，分

别研究了 I、II 型模式下的增强效果；并且使用幂

定律作为 Cohesive 单元混合模式下的损伤扩展准

则，模拟了拉拔载荷下的 T 型接头[9]。 

 

图 1  三线型曲线 

Fig.1  Tri-linear curve 

目前广泛使用于多体分析的连接器(Connector)

功能强大，可以定义两点之间在 3 个平动方向以  

及 3 个转动方向上任意组合的运动关系，若将其应

用于缝线桥联作用的模拟，不仅能够实现上述非线

性弹簧元的功能，对单元损伤扩展的描述也更为方

便, 既可以如非线性弹簧元一样通过力-位移曲线

定义，亦可如 Cohesive 单元一样由断裂能定义。 

文献[10―12]中提出了描述混合模式下单根缝

线桥联作用的解析模型，本文对其进行了参数分析

并将其计算得到的缝线桥联曲线作为输入参数，分

别使用离散 Cohesive 单元以及 Connector 两种方法

模拟缝线的桥联作用，建立了有限元模型对缝线增

强层合板混合模式弯曲(MMB，Mix-Mode Bending)

试验进行分析，并通过与文献[13]试验结果的比较

加以验证。 

1  缝线桥联作用的模拟方法 

离散 Cohesive 单元模型如图 2(a)所示，在层合

板的裂纹面上采用两种不同属性的 Cohesive 单元

分别模拟缝线与层间界面。缝线所在位置的

Cohesive 单元的面积应与缝线截面积相等，且其属

性由缝线的桥联作用确定：桥联刚度 k、最大载荷

载荷 Fmax 以及断裂能 G 除以 Cohesive 单元面积即

可得到弹性阶段的刚度 kC、损伤起始强度 TC 以及

损伤扩展断裂能GC，如图2(b)所示。其余的Cohesive

单元属性则由层合板层间界面性能确定。 

 

(a) 模型示意图 

 

(b) 本构关系示意图 

图 2  离散 Cohesive 单元方法示意图 

Fig.2  Schematic of Discrete Cohesive element model 

Connector 模型如图 3(a)所示，在层合板的上、

下表面取一对处于缝线所在位置的节点，在这两者

之间建立两个 Connector，两个节点在 z 和 x 方向上
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的力-位移关系由 TTR 在纯 I 型、II 型模式下的的

桥联作用确定：分别以桥联刚度 k、最大载荷 Fmax

以及断裂能 G 定义 Connector 线弹性行为阶段的刚

度 k0、损伤起始载荷 P0以及损伤扩展断裂能 G0，

如图 3(b)所示。裂纹面上的层间界面仍然由

Cohesive 单元模拟。 

 

(a) 模型示意图 
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(b) 本构关系示意图 

图 3  Connector 方法示意图 

Fig.3  Schematic of Connector element model 

为了使用以上两种方法进行有限元模拟，必须

先得到单根缝线在层合板中的桥联曲线作为输入

参数定义 Cohesive 单元和 Connector 的属性。 

2  单根缝线混合模式桥联曲线的求解 

2.1  单根缝线混合模式桥联模型 

缝线在层合板中的桥联作用过程可分为三个

阶段。1) 层间裂纹扩展到缝线附近时，缝线弹性伸

长且发生局部偏转，缝线开始承载，缝线与基体之

间界面上的剪应力增大，当剪应力达到界面剪切强

度时，缝线与基体逐渐脱胶。2) 当脱胶扩展到层合

板表面时，由于受面线或底线的约束，缝线端部无

法立刻脱离层合板表面，缝线载荷将继续增大直到

断裂。3) 缝线断裂一般发生在层合板表面或裂纹

面。若缝线在层合板表面断裂，则缝线端部脱离表

面开始在基体中滑移，载荷在摩擦力的作用下逐渐

递减，至偏转区时降至零；若缝线在裂纹面断裂，

则载荷骤降至零。 

描述这一过程的混合模式下缝线桥联曲线可

以通过文献[10―12]中的微分几何模型求解。以裂

纹面为界，取层板上半部分分析，缝线的变形如  

图 4 所示，其中 φ为缝线缝合角度，θ为偏转角度，

ls 为脱胶高度，ds 为拔出高度， 0z和 z0分别为偏转

距离和偏转高度，u 和 w 分别为缝线在裂纹面上 x

和 z 方向的位移分量，h 为层板上半部分厚度。定

义位移混合比 m： 
w

m
u

                  (1) 

m=0 时对应纯 II 型模式，m=∞时对应纯 I 型模

式。求解流程图如图 5 所示。 

0z

 

(a) 脱胶过程 

0z

 

(b) 滑移过程 

图 4  缝线变形示意图 

Fig.4  Stitch displacement 

流程图中的输入参数 d 为缝线直径，缝线固化

后的弹性模量 Es以及拉伸强度 St由拉伸试验测得，

缝线与基体之间的界面剪应力τ以及摩擦系数μ由拉

拔试验测得，层合板挤压强度 σn 根据试验研究结果

取基体压缩强度的 1.5 倍~1.8 倍[11]。s 和c 分别为

缝线在层合板表面和裂纹面的轴向应力。最后输出

z、x 方向的桥联力 F3、F1，桥联应力z、x，以及

位移3、1，这些量在缝线断裂之前均可写成偏转

角的函数，进入滑移过程后则均可写成 ds 的函数。 
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输入参数：

p[9]=[d, St, Es, h, n, m]
偏转角： =0

脱胶是否

扩展到层合板表面

缝线是否
在层合板表面断裂

缝线是否
在裂纹面断裂

缝线断裂时，

偏转角：
缝线断裂时的偏转：

拔出高度：ds=0

缝线末端

是否滑移至偏转区

缝线末端滑移至偏转区时，

拔出高度：ds0=ds

桥联力 /应力以及位移

可表示成偏转角的函数

缝线断裂之前，桥联力/应力以及位移
均可表示成偏转角的函数，其中

缝线断裂进入滑移过程，桥联力/应力及位移

则可表示成拔出高度的函数，其中 ds≤ds0：

s

F3(p , ds),F1(p , ds), z(p , ds), x(p , ds), 3(p, ds), 1 (p , ds)

输出桥联力/应力-位移曲线
F3( 3), F1( 1);

z( 3), x( 1)

否

是

是 是

是

否

否

否

=   

( , )sl p h ≥

=   

( , )s tp S  ≥ ( , ) 0.5c tp S  ≥

0 =0
0 =0

s s sd d d  

3 1( , ), ( , ),F p F p 
( , ), ( , ),z xp p   

3 1 0( , ), ( , ),p p     ≤ 0sd h z≥

3 1 3 1( , ), ( , ), ( , ), ( , ), ( , ), ( , )z xF p F p p p p p         
0 ≤ ：

 

图 5  桥联曲线的求解流程图 

Fig.5  Flow chart of bridging curve calculation 

2.2  缝线桥联曲线的参数分析 

2.2.1  缝线几何尺寸与力学性能对断裂能的影响 

以缝线 K-tech 75、K-tech 35 以及 Kevlar 80 增

强层合板 G0926/RTM6 为例，通过上述解析模型计

算混合模式下的缝线桥联曲线，模型所需的输入参

数列在表 1 中。取位移混合比 m=1000 计算纯 I 型

模式下的桥联曲线，由于此时缝线在 x 方向的位移

为零，对应变能没有影响，故只给出了 z 方向的桥

联力-位移关系，如图 6(a)所示；同理，取 m=0 计

算纯 II 型模式下的桥联曲线，只给出 x 方向的桥联

力-位移关系，如图 6(b)所示。计算两条桥联曲线下

的面积分别得到纯 I 型、II 型模式下的断裂能 GI、

GII，如图 6(c)所示。 

表 1  缝线与层合板的几何尺寸与力学性能[14―16] 

Table 1  Geometrical dimension and mechanical  

properties of stitch and laminate 

缝线牌号 d/mm St/MPa Es/MPa τ/MPa μ /(°)h/mm n/MPa

K-tech 75 0.23 1146 27900 24.4 0.435 0 1.5 348 

K-tech 35 0.35 1063 16900 32.1 0.435 0 1.5 348 

Kevlar 80 0.325 1870 49300 33.9 0.435 0 1.5 348 
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(a) 纯 I 型桥联曲线 
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(b) 纯 II 型桥联曲线 

 

(c) 断裂能 

图 6  不同缝线的桥联曲线以及断裂能 

Fig.6  Bridging curve and fracture energy of different stitch 

在缝线的几何尺寸与力学性能参数中，对断裂

能影响较大的是纤维直径 d 和固化后拉伸强度 St。

当 d 相近时(K-tech 35、Kevlar 80)，St增加 75.9%，

纯 I、II 型断裂能分别提高 575.6%、60.5%。如视

St 为变量，在纯 I 型情况下，当 St 增加至 1346 MPa、
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1336 MPa 时，K-tech 35 和 Kevlar 80 的断裂位置从

裂纹面转变到层合板表面，故算例中 K-tech 35 在

裂纹面断裂，Kevlar 80 在层合板表面断裂；在纯 II

型情况下，当 St 增加至 3067 MPa、2274 MPa 时，

K-tech 35 和 Kevlar 80 的断裂位置发生转变，故算

例中 Kevlar 80 和 K-tech 35 均在裂纹面断裂。 

当 St 相近时(K-tech 75、K-tech 35)，d 增加

52.2%，纯 I 型、II 型断裂能分别提高 254.5%、

267.5%。视 d 为变量，如要使 K-tech 75 和 K-tech 35

的断裂位置从裂纹面转变到层合板表面时，在纯 I

型情况下，d 需增加至 0.30 mm、0.43 mm；在纯 II

型情况下，d 需增加至 0.57 mm、0.74 mm，故算例

中 K-tech 75 和 K-tech 35 均在裂纹面断裂。 

2.2.2  缝合角度对断裂能的影 响 

以缝线 Kevlar 80 增强层合板 G0926/RTM 6 为

例，取 h=1.5 mm，计算=0、15、30 以及 40°情况

下的桥联曲线以及断裂能如图 7 所示。在纯 I 型模

式下，当增加到 25°，缝线的断裂位置从层合板表

面转变到裂纹面，故算例中=0°、15°时，缝线在

层合板表面断裂，I 型断裂能随的增加提高了

29.0%；=30°、40°时缝线在裂纹面断裂，断裂能

由于缺少了滑移过程产生的能量而骤降，并随的
增加而进一步下降。 

在纯 II型模式下，算例中缝线均在裂纹面断裂，

随着的增加，断裂能逐渐下降，但下降幅度有减

小的趋势。 

 

(a) 纯 I 型桥联曲线 

 

(b) 纯 II 型桥联曲线 

 

(c) 断裂能 

图 7  缝线在不同缝合角度下的桥联曲线及断裂能 

Fig.7  Bridging curve and fracture energy of the stitch with 

different incline angle  

2.2.3  层合板厚度 h 对断裂能的影响 

以缝线 Kevlar 80 增强层合板 G0926/RTM 6 为

例，取 φ=0°，计算层合板上半部分厚度 h=0.75 mm、

1.125 mm、1.5 mm、2.25 mm 以及 3 mm 情况下的 I

型、II 型桥联曲线以及断裂能如图 8 所示。在纯 I 型

模式下，当 h 增加到 2.049 mm，缝线的断裂位置从

层合板表面转变到裂纹面，故算例中 h=0.75 mm、

1.125 mm、1.5 mm 时，缝线在层合板表面断裂，随

着h增加50%、100%，I型断裂能提高102.0%、244.4%；

当 h=2.25 mm、3 mm 时，缝线在裂纹面断裂，由于

缺少了缝线滑移过程的能量，此时断裂能骤降。 

 

(a) 纯 I 型桥联曲线 

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2
0

20

40

60

80

100

120

140

0

200

400

600

800

1000

1200

1400

1600

x方向位移 mm

当h=1.5 mm、2.25 mm和

3 mm时，桥联曲线几乎

完全重合

h=3 mm
h=2.25 mm
h=1.5 mm
h=1.125 mm
h=0.75 mm

 

(b) 纯 II 型桥联曲线 



 工    程    力    学 237 

 

(c) 断裂能 

图 8  缝线在不同层合板上半部分厚度 h 下的 

桥联曲线以及断裂能 

Fig.8  Bridging curve and fracture energy of the stitch with 

different laminate thickness h 

在纯 II 型模式下，当 h 增加到 1.282 mm，缝线

的断裂位置发生转变，故算例中 h=0.75 mm、

1.125 mm 时，缝线在层合板表面断裂，随着 h 增加

50%，II型断裂能提高55.6%；当h=1.5 mm、2.25 mm、

3 mm 时，缝线在裂纹面断裂，由于滑移过程产生的

能量所占比例不大，断裂能反而略有上升。 

2.2.4  层合板挤压强度n对断裂能的影响 

取 h=1.5 mm，=0°，分别计算缝线 Kevlar 80

在层合板 AS4/3501(n=281 MPa[17])、G0926/RTM6 

(n=348 MPa[15]和 AS4/3501-6(n= 413 MPa[18])中

的桥联曲线以及断裂能，如图 9 所示。在纯 I 型模

式下，当n 增加到 1105 MPa 时，缝线的断裂位置

从层合板表面转变到裂纹面，故缝线均在层合板表

面断裂，n 增加 23.8%、47.0%，I 型断裂能提高

1.2%、2.3%，其影响微乎其微。 

在纯 II 型模式下，当n增加到 273 MPa 时，缝

线的断裂位置发生转变，故算例中缝线均在裂纹面

断裂，断裂能随n 的增加略有下降。 

 
(a) 纯 I 型桥联曲线 
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(b) 纯 II 型桥联曲线 

 
(c) 断裂能 

图 9  缝线在不同层合板挤压强度n下的桥联曲线及断裂能 

Fig.9  Bridging curve and fracture energy of the stitch with 

different laminate bearing strength n 

综上所述，缝线的直径、固化后拉伸强度、缝

合角度以及层合板上部厚度、挤压强度均能或多或

少地对缝线断裂能产生影响，甚至改变其破坏模

式。值得注意的是，缝线在滑移过程中产生的能量

在 I 型断裂能中所占比例较高，当缝线断裂位置从

层合板表面改变到裂纹面时，这部分能量的损失使

I 型断裂能产生骤降；而对于 II 型断裂能，缝线断

裂位置的改变所造成的影响则相对有限。 

2.3  混合模式下单根缝线桥联曲线的计算 

以缝线 Kevlar 80 增强层合板 G0926/RTM 6 为

例，取 h=1.5 mm，=0°，计算位移混合比 m=2、1、

0.5、0.2 情况下的 I 型、II 型桥联曲线以及断裂能，

与纯 I 型、II 型计算结果一并示于图 10 中。位移混

合比与混合模式比的对应关系列于表 2 中，其中

Cohesive 单元总断裂能 GC 和 II 型断裂能

GS/(N/mm)，Connector 总断裂能 G0 和 II 型断裂能

G1/(N•mm)。 

由计算结果可见，m=1000 时，即在纯 I 型模式

下，缝线在层合板表面断裂，随着 m 的减小，其 I

型断裂能降低而 II 型断裂能升高；直至 m=0.2 时，

破坏模式发生变化，缝线在裂纹面断裂，由于缺少 
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了缝线滑移过程产生的能量，I、II 型断裂能均有下

降；m=0 时，即纯 II 型模式下，II 型断裂能继续升

高，达到最大值。 
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(b) II 型桥联曲线 

 
(c) 断裂能 

图 10  缝线在不同位移混合比 m 下的桥联曲线以及断裂能 

Fig.10  Bridging curve and fracture energy of the stitch with 

different mix-mode displacement ratio m 

表 2  缝线位移混合比与混合模式比的对应关系 

Table 2  The relation between m and mix-mode ratio 

Cohesive Connector 
m 

GS/GC GC/(N/mm) G1/G0 G0/(N·mm) 

1000 0 636 0 52.8 

2 0.112 465 0.112 38.6 

1 0.281 441 0.281 36.6 

0.5 0.505 408 0.505 33.9 

0.2 0.731 201 0.731 16.7 

0 1 285 1 23.6 

3  缝线增强层合板 MMB 试验有限元

模拟 

3.1  有限元模型 

文献 [16] 曾对缝线 Kevlar80 增强层合板

G0926/RTM6 作 MMB 试验。MMB 试验是 DCB 试

验和 ENF 试验的组合，如图 11 所示。试验件由 8

层 G0926/RTM6 铺叠而成，纵向长度 2L=100 mm，

横向长度 B=35 mm，厚度 2h=3 mm，预制裂纹长

a=25 mm。缝线沿横向与纵向长度上排布 4×15 针。

使用一个加载杠杆附加张开型载荷于三点弯曲加

载的试件上，加载位置 c 决定了 I 型和 II 型两种模

式的载荷相对比例： 
2

I

II

4 3
,

3 3

G c L L
c

G c L

    
≥          (2) 

由式(2)计算可得，当 GI/GII分别为 1/3、1 以及

7/3 时，c 分别取 29.5 mm、42.4 mm 以及 66.1 mm。 

 

图 11  MMB 试验示意图 

Fig.11  MMB test setup 

针对文献[16]中的缝线 Kevlar80 增强层合板

G0926/RTM6 的 MMB 试验建立有限元模型，如   

图 12 所示。加载杠杆采用离散刚体单元模拟。层

合板采用连续壳单元 SC8R 模拟，使用 Hashin 准则

判断层合板的失效，材料属性见表 3。 

表 3  层合板 G0926/RTM6 力学性能[19] 

Table 3  Mechanical properties of G0926/RTM 6 

E11/MPa E22/MPa  G12/MPa Xt=Yt/MPa Xc=Yc/MPa S/MPa

60000 60000 0.05 4300 860 700 100

层间界面由无厚度的 Cohesive 单元 COH3D8

模拟，与上下层合板单元共节点，取单元尺寸

0.75 mm×0.75 mm 、 0.5 mm×0.5 mm 以 及

0.25 mm×0.25 mm 建立模型进行网格敏感性分析，

计算结果的误差不超过 1%，故确定模拟层间界面

的 Cohesive 单元的尺寸为 0.5 mm×0.5 mm，性能参

数列在表 4 中。强度 TN、TS 根据试验研究结果取基
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体强度的 75%~80%[20]；初始刚度 kC由基体厚度方

向弹性模量 E33 以及界面厚度 tc(G0926 层合板在预

制裂纹时，在裂纹面上植入了厚 13 μm 的 Teflon 层，

故取 tc=13 μm)确定[21]： 

33
C

c

E
k

t
                 (3) 

其中，层间 I 型、II 向型断裂能 GN、GS 分别由 DCB、

ENF 试验确定[16]。 

表 4  模拟层间界面的 Cohesive 单元力学性能参数[15―16] 

Table 4  Parameters used in the Cohesive  

element for the laminate 

TN /MPa TS /MPa kC /(N/mm3) GN /(N/mm) GS /(N/mm) η

65.25 69.6 22308 0.853 1.605 1.3

MPC

绑定约束

Cohesive

Connector

 
图 12  缝线增强层合板 MMB 试验有限元模型 

Fig.12  The FEM of the stitched laminate under the MMB test 

采用 BK 准则判断混合模式下的损伤扩展[22]

参数 η由 MMB 试验测得不同混合模式下的断裂能

数据[16]拟合得到：η=1.3。 

采用离散 Cohesive 单元模拟缝线时，将层间界

面 Cohesive 层中缝线所在位置的单元赋以 2.3 节中

计算得到的缝线桥联性能，如表 5 所示。刚度 kN

和 kS 分别取图 10(a)、图 10(b)中 m=1000 和 m=0 时

的桥联应力-位移曲线应力上升段的斜率，强度 TN

和 TS 分别取应力峰值。单元的混合模式损伤扩展准

则通过输入混合模式比GS /GC和总断裂能GC来定

义，如表 2 所示。缝线 Cohesive 单元的尺寸为

0.288 mm×0.288 mm，其面积与缝线截面积一致。 

表 5  模拟缝线的 Cohesive 单元性能 

Table 5  Parameters used in the Cohesive element for the stitch 

kN /(N/mm3) kS /(N/mm3) TN /MPa TS/MPa 

13623 2356 1613 1158 

采用 Connector 模拟缝线时，Connector 类型选

择 Cartesian，则可以编辑两个节点之间在三个平动

方向上的力-位移关系。Connector 属性的赋值与

Cohesive 单元类似，弹性阶段的刚度 k3和 k1分别取

图 10(a)、图 10(b)中桥联力上升段的斜率，损伤起始

载荷 P3和 P1分别取桥联力峰值，纯 I 型、II 型断裂

能 G3和 G1分别取两条曲线下的面积，如表 6 所示。 

表 6  模拟缝线的 Connector 属性参数 

Table 6  Parameters used in the Connector for the stitch 

k3/(N/mm) k1/(N/mm) P3/N P1/N G3/(N·mm) G1/(N·mm)

1130.1 195.3 133.8 96.4 52.8 23.6 

在 MMB 试验装置中加载杠杆的两个圆弧面粘

结在层合板的上表面上，并且在整个加载过程中相

对静止，故在模型中的两个圆弧面与层合板上表面

接触线之间建立绑定约束(Tie)，使其位移连续，如

图 12 所示。边界条件如图 11 所示。位移载荷施加

在参考点上，通过多点约束(MPC)传递到不同位置

的加载线上，以控制混合模式比。 

3.2  比较与验证 

MMB 的有限元计算结果与文献[16]试验结果

的对比如图 13 所示。可以看出，在三种混合模式

下，离散 Cohesive 单元与 Connector 的模拟方法的

结 果 均 较 为 一 致 ， 试 件 极 限 载 荷 的 误 差         

为 0.64%~2.71%；有限元计算结果与实验结果也能

够较好吻合，极限载荷误差小于 10%。 

 
(a) GI/GII=1/3 时的载荷-位移曲线 
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(b) GI/GII =1 时的载荷-位移曲线 
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(c) GI/GII =7/3 时的载荷-位移曲线 
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(d) 极限载荷对比 

注：a 为层间界面开始失效；b 为缝线失效；c 为层合

板失效 

图 13  缝线增强层合板 MMB 试验有限元与试验结果对比 

Fig.13  FEM calculation results vs. test results of stitched 

laminate under the MMB test 

出于显示效果的考虑，通过离散 Cohesive 单元

的损伤云图分析模型的损伤行为与破坏模式。在混

合模式比 GI/GII 为 1/3 的情况下，达到最大载荷时

仅模拟层间界面的 Cohesive 单元出现损伤，如   

图 14(a)所示(SDEG=0，未出现损伤；SDEG=1，完

全失效)；在 GI/GII为 1 的情况下，层间界面首先出

现损伤，载荷一度不再上升，直到损伤扩展到缝线，

载荷在缝线的桥联作用下继续上升直到缝线出现

损伤，如图 14(b)所示；在 GI/GII为 7/3 的情况下，

继层间界面出现损伤、缝线开始承载之后，层合板

发生弯曲破坏，载荷达到最大值后下降，但由于缝

线的桥联作用起到了抑制分层的作用，载荷再次上

升直到第一排缝线完全失效，如图 14(c)所示

(HSNFTCRT=1，完全失效)。另外注意到，在三种

混合模式比下，沿裂纹扩展方向，不同排次的缝线

表现出不同的损伤程度，这也与文献[16]试验中使

用 X 射线观测到的结果一致。 

以混合模式 GI/GII为 1/3 和 1 时为例，两种有

限元模型的计算的初始步长与最大步长都是一致

的，比较其计算时间可以发现 Connector 模型的计

算效率高于离散 Cohesive 单元模型，如表 7 所示。

这可能是由于离散 Cohesive 模型中的 Cohesive 层

包含了两种不同属性的单元，引起了应力与应变的

不连续，进而导致了迭代步数的增加和计算时间的   

延长。 

   

(a) GI/GII =1/3，位移载荷为 16.3 mm                           (b) GI/GII =1，位移载荷为 20.1 mm 

 
层合板失效 

层间界面与缝线失效 

 
图 14  缝线增强层合板 MMB 试验有限元模型损伤云图 

Fig.14  Damage of the stitched laminate under the MMB test  
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表 7  离散 Cohesive 模型与 Connector 模型计算效率对比 

Table 7  Comparison on calculation efficiency between the 

discrete Cohesive model and the Connector model 

CPU 时间/s 
GI/GII 

Cohesive Connector 

1/3 25952 12055 

1 44112 17443 

4  结论 

本文对文献[10―12]中混合模式下单根缝线桥

联作用的微分几何模型进行了参数分析，计算结果

显示：缝线的断裂能随缝线直径 d 以及固化后拉伸

强度 St的增加而提高；另外，当缝线在层合板表面

断裂时，缝线缝合角度、层合板上部厚度 h 和挤

压强度n 的增加均能提高断裂能；但是当 h、和
n过大时，缝线的断裂位置发生改变，当缝线在裂

纹面断裂时，缝线的断裂能不再随着 h、和n 的

增加而上升。 

以上述模型计算得到缝线桥联曲线后，将其作

为输入参数，分别建立离散 Cohesive 单元模型与

Connector 模型，并对缝线增强层合板的 MMB 试验

进行了有限元分析，二者得到了较为一致的结果，

且均能与文献[16]的实验结果较好地吻合。在保证

计算精度的前提下，Connector 模型具有以下三个  

优点： 

(1) Connector 模型具有较高的计算效率。 

(2) 对于离散 Cohesive 单元，需要计算混合模

式下的桥联曲线来定义混合模式损伤扩展准则；而

对于 Connector 模型只需要纯 I 型、II 型模式下的桥

联曲线作为输入参数。 

(3) 对于直径不同的缝线，离散 Cohesive 单元

模型需重新划分网格，以保证模拟缝线的单元面积

与缝线截面积相等，并重新计算桥联曲线定义其本

构模型；而对于 Connector 模型，则只需重新定义

其本构模型即可，模型前处理效率高。 
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