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三维应力状态下 2A12 试件有限变形和断裂的数值模拟 

刘 超，孙 秦，刘彦杰 

(西北工业大学 航空学院，西安  710072) 

摘 要：通过将改进的 X­W延性金属断裂模型结合修正的 von­Mises准则嵌入 ABAQUS/explicit用户材料子程序 
VUMAT的方式，对一系列铝合金 2A12­T4试件的渐进断裂过程进行数值模拟，该模型以连续损伤力学为基础， 

并考虑静水压力和  Lode  角对损伤变量的作用。为了预测该模型的有效性并预测金属的延性断裂，对铝合金 
2A12­T4光滑圆棒、带缺口的棒材和紧凑拉伸试件(CT试件)进行单向拉伸试验及数值模拟。同时对比分析几何非 

线性和屈服准则的影响在数值仿真计算中的差异。结果表明，该断裂模型结合修正的 von­Mises 屈服准则可很好 

地预测 2A12­T4 试件渐进破坏试验的载荷−位移曲线及各试件的宏观断裂形貌。其中，“隧道”效应能够很好地解 

释 CT试件处于平面应变状态的中心层和平面应力状态的表面层的抗断裂能力的差异。 
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Numerical simulation of finite deformation and failure of 
2A12 specimens under three­dimensional stress state 

LIU Chao, SUN Qin, LIU Yan­jie 

(School of Aeronautics, Northwestern Polytechnical University, Xi’an 710072, China) 

Abstract:  A  modified  X­W  ductile  fracture  model  with  modified  von­Mises  yield  criterion  based  on  the  continuum 
damage mechanics which  combined  the  effect  of  pressure  and Lode  angle  on  damage  variable was  implemented  into 
ABAQUS/explicit  through  the user  subroutine VUMAT to  simulate  the  progressive  failure  of  specimens  of  aluminum 
alloy 2A12­T4. In order to verify the modified fracture model and predict the progressive failure behavior of the ductile 
metals,  a  series  of  experiments  of  aluminum alloy  2A12­T4  specimens  including  smooth  and  notched  round  bars  and 
compact tension (CT) specimen as well as corresponding numerical performances were conducted. Meanwhile, different 
numerical simulations with or without geometric non­linearity and different yield criteria were studied by comparing the 
difference. The numerical results show that the fracture model with modified von­Mises yield criterion can accurately and 
effectively predict  the experimental results of 2A12­T4 specimens including load­displacement curves and macroscopic 
fracture morphology. Among them, the “tunnel” effect appearing in CT specimen can directly explain the difference of 
the fracture resistance between in plane stress layer and in plane strain layer. 
Key words: aluminum alloy; compact tension specimen; fracture; geometric non­linearity; finite deformation 

在工程应用中，满足一定厚度的紧凑拉伸试件 
(CT)通常简化为完全平面应变状态进行力学分析。在 

对光滑圆棒和带缺口棒材的有限元仿真计算中，也可 

选用含旋转的轴对称单元(二维单元)来划分网格，从 

而将本应选用体单元划分网格进行分析的三维应力问 

题进行简化。本文作者采用三维应力状态下数值模拟 

金属试件单向拉伸试验是因为虽然三维应力状态下的 

计算比二维应力状态下更加复杂，但是从理论上来说 
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三维应力状态下的数值计算应更接近于构件的实际断 

裂过程，同时能更加直观地反映出金属构件的裂纹萌 

生和扩展过程以及最终的断裂形貌。 

赵飞等 [1] 研究了  2A12 在不同预弯半径下的时效 

成形。 李红英等 [2] 用原位电阻法研究了 2A12铝合金的 

连续冷却转变。万明珍等 [3] 研究了热循环作用下 2A12 
铝合金的微观结构与性能。郭伟国等 [4] 研究了多种铝 

合金的应变率敏感性及其塑性流动本构模型。陈龙 

等 [5−6] 和DUARTE等 [7] 采用断裂力学相关方法研究了 I 
型裂纹扩展。由于这些研究中所选构件必须含有初始 

裂纹，因而无法模拟无初始裂纹构件的裂纹萌生。基 

于连续损伤力学破坏准则与有限元数值计算相结合的 

方法不但能对紧凑拉伸试件(CT)和中心裂纹拉伸试件 
(CCT)等含初始裂纹的构件进行研究，而且对于光滑 

棒材和光滑板材等不含初始裂纹的构件同样能够进行 

裂纹的萌生和扩展问题的分析。众多关于韧性材料失 

效机理的研究和韧性材料的断裂准则被相继提出，并 

应用于模拟和预测构件的失效行为 [8−13] 。但是，静水 

压力和  Lode 角在韧性材料断裂过程中对损伤变量的 

作用在这些文献中均未综合考虑。KAMOULAKOS 
等 [14] 在 E­W模型的基础上，提出了 EWK [15] 模型。麻 

省理工大学的  XUE [16] 提出了一种新的断裂模型(X­W 
模型)， 这两个基于连续损伤力学理论的断裂模型考虑 

了 Lode 角和静水压力的作用，涵盖了 3 个应力不变 

量对塑性破坏的影响，因此具有更强的适用性，但各 

自也有其局限性。刘超等 [17] 针对其局限性提出了一种 

改进的三应力不变量延性断裂模型，也可称为改进的 
X­W延性金属断裂模型， 并应用于 2A12­T4板材的静 

力破坏过程的数值模拟，取得了较好的预测结果。本 

文作者首先运用改进的  X­W 延性金属断裂模型对几 

何形状较为简单的 2A12­T4高强度铝合金光滑圆棒、 

带缺口圆棒的单向拉伸进行数值计算，分别得出了应 

用两种不同屈服准则时在考虑几何非线性和不考虑几 

何非线性情况下的数值结果，并与试验结果进行了对 

比分析。在考虑几何非线性并使用修正的  von­Mises 
屈服条件进行数值计算 2A12­T4高强度铝合金棒材静 

力拉伸时所得载荷−位移曲线和试件断裂形貌均与试 

验结果吻合良好的基础上，接着对几何形状更为复杂 

的紧凑拉伸试件(CT)的试验结果运用该模型进行预 

测，并模拟出裂纹扩展具有明显的“隧道”效应。 

1  铝合金 2A12 试件单向拉伸试验 

4 种金属试件的单向拉伸试验所选材料为铝合金 
2A12­T4。该合金为铝−铜−镁系合金中典型的硬铝合 

金，广泛用作航空航天工业中飞行器结构、铆钉、螺 

旋桨元件及其他相关结构件。其主要化学成分见表 
1 [18] 。4种金属试件的试验分别如下：光滑圆棒的拉伸 

试验(试件 a), 两种不同尺寸的带有缺口圆棒的拉伸试 

验(试件 b和试件 c)， 紧凑拉伸试件的单向拉伸试验(试 

件 d)。4种金属试件的单向拉伸试验均在 Instron 8801 
试验机上进行。各试验件尺寸如图 1所示。各试件的 

宏观断裂形貌如图 2所示。 由光滑圆棒(试件 a)的单向 

拉伸所得工程应力−工程应变曲线和真实应力−真实 

应变曲线如图 3所示。 

表 1  铝合金 2A12­T4的化学成分 [18] 

Table 1  Chemical composition of 2A12­T4 [18]  (mass fraction, 

%) 

Cu  Mg  Mn  Fe  Si 
3.8−4.9  1.2−1.8  0.3−0.9  0.5  0.5 

Ni  Zn  Ti  Others  Al 
0.1  0.1  0.15  0.1  Bal. 

图 1  试验件示意图 

Fig.  1  Illustration  of  specimens  (Unit:  mm):  (a)  Specimen  a;  (b)  Specimen  b;  (c)  Specimen  c;  (d)  Specimen  d,  vertical  view; 

(e) Specimen d, side view
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图 2  4种拉伸试验件宏观断裂形貌 

Fig. 2  Macroscopic fracture morphologies of four specimens: 

(a) Specimen a; (b) Specimen b; (c) Specimen c; (d) Specimen d 

图 3  试件 a的应力−应变曲线 

Fig. 3  Stress−strain curves of specimen a 

2  改进的 X­W 延性金属断裂模型 

改进的 X­W 延性金属断裂模型(即改进的三应力 

不变量延性金属断裂模型)的表达式如下 [17] ： 
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式中：D 为损伤变量，且 0＜D＜1。εp 为等效塑性应 

变；εf 为断裂包线。当 εp=0时，损伤变量 D=0，材料 

点无损伤。令 εpf 为断裂时等效塑性应变，当 εp=εpf 时， 
D=1，材料发生点失效。p为静水压应力；plim 为无缺 

陷理想状态下的静水压应力；εf0 为静水压应力 p=0时 

的断裂应变；θ 为 Lode 角；q，γ，εf0，plim 通常视为 

材料常数；μ1(p)为静水压应力 p的函数；μ2(θ)为 Lode 
角 θ的函数。 Lode角 θ一般用来判定结构中某一点的 

偏应力状态，其表达式如下： 
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式中：s1、s2、s3 为顺序递减的 3个主偏应力。该改进 

的 X­W延性金属断裂模型的优点在于继承了 X­W断 

裂模型中综合考虑  Lode 角和静水压力的作用、适应 

性强的特点， 保留了 X­W断裂模型的断裂包线的表达 

形式，同时采用  EWK 模型中的损伤与塑性过程非耦 

合的损伤累积理论，更加适合工程应用。 

3  有限变形条件下金属材料的弹塑 

性本构关系 

3.1  修正的 von­Mises 屈服条件下 Prandtl­Reuss 塑 

性流动理论建立的本构关系 

适用于延性金属的屈服准则和有限变形条件下的 

本构关系是延性断裂数值仿真技术的基础。只有在数 

值仿真计算所得初始屈服和屈服后塑性变形强化阶段 

的载荷−位移曲线正确模拟试验结果的基础上，辅以 

断裂准则才能完成整个延性金属单向拉伸试验的数值 

计算。杨锋平等 [19] 和  BAI 等 [20] 研究指出使用经典的 
von­Mises 屈服准则和 Tresca 屈服准则进行模拟延性 

金属棒材和带缺口棒的单向拉伸时，对于应力三维度 

较高试件的屈服极限和屈服后的塑性强化阶段模拟精 

度不高，而分别提采用修正的  von­Mises 屈服准则则 

获得了理想的结果。经典  von­Mises 屈服条件下按照 
Prandtl­Reuss 塑性流动理论 [21] 建立的弹塑性本构方程 

如下： 
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而弹塑性有限元方法中广泛应用的却是式(3)的 

逆形式，如式(4)所示： 
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式中： eij 为阿尔曼斯应变张量，σij 称为欧拉应力张量，
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deij 为物体内一点的总应变增量，等于弹性应变增量 
) e ( d  ij e  和塑性应变增量  ) p ( d  ij e  两者之和。μ 为泊松比，E 

为弹性模量，δij 为克罗内克符号。  ij σ ′ 为应力张量的偏 

量(简称应力偏量)，  ij σ ′ d  为应力偏量的增量，σ为应力 

球张量(也称为平均应力)，dσ为应力球张量的增量。e 
称为应变球张量(也称为平均应变)，de 为应变球张量 

的增量。载荷性质判断因子 a * 由式(5)确定，在此，试 

验均为单向拉伸无卸载，故 a * =1。 
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dλ函数可通过材料的单向拉伸试验来确定，通过 

图  3 所示曲线即可得到转化后的等效应力(σeq)−等效 

应变(eeq)曲线和等效应力(σeq)−等效塑性应变(  (p) 
eq e  )曲 

线，其具体转化方式由式(6)得出： 
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式中：enom 和  σnom 分别为沿轴向拉伸时的名义(工程) 
应变和名义(工程)应力， 与其相对应的是真实应变 etrue 
和真实应力  σtrue；假设材料进入塑性后硬化阶段的曲 

线斜率为 H，dσeq 为等效应力的增量，  (p) 
eq de  为等效应 

变增量的塑性部分，通过上述所得  σeq−eeq  曲线和 
σeq−  (p) eq e  曲线后则又可得出： 
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由文献[19]可知， 修正的 von­Mises准则在材料由 

弹性进入塑性即初始屈服时可表述为 
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式中：k为修正项；α为修正系数因子，文献[19]中取 

值为 0.5；η 为应力三维度；σ1＞σ2＞σ3 为顺序递减的 

主应力；σyld0 为材料初始屈服时修正的等效应力(修正 

的屈服极限)；σs 为该材料标准试件在单向拉伸试验中 

初始屈服时的应力(屈服极限)，可以由标准试件(例如 

光滑圆棒)的单向拉伸试验测得。 

当材料进入塑性后硬化阶段的等效应力为 σeq， 并 

定义  σyld 为材料在硬化阶段修正的等效应力，且修正 

的条件如下：以 σyld0 为起点，硬化阶段的曲线斜率 H 
保持不变。用 σyld 代替 σeq 后，则可将式(8)改写为 
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将式(10)代入式(3)即可得到式(11)，将式(10)代入 

式(4)即可得到式(11)的逆行式如式(12)所示： 
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式(11)和式(12)即为应用修正的 von­Mises 屈服准 

则后由 Prandtl­Reuss塑性流动理论建立的本构方程。 

该修正的  von­Mises 屈服准则实质上相当于抛弃了单 

一曲线假设，对标准试件单向拉伸试验所得到的应 

力−应变曲线进行修正，针对同种材料的不同构件选 

用修正后的应力−应变关系进行数值计算，从而解决 

了用单一曲线假设模拟多种复杂几何形状构件(尤其 

是应力三维度相差较大的试件)在单向拉伸所得载荷− 
位移曲线与试验结果相比精度不高的问题。因为由标 

准件单向拉伸所测得的材料的应力−应变关系并不能 

完全代替不同形状构件的应力−应变关系，并且即使 

同为标准棒材在单向拉伸和压缩试验中测得的应力− 
应变关系也会不同，所以应用修正的  von­Mises 屈服 

准则后用 σyld0 取代 σs，同时强化阶段使用 σyld 代替 σeq 
以更精确地模拟不同构件的拉伸试验曲线。 

3.2  有限变形条件下金属材料的弹塑性本构关系 

延性金属试件在静强度拉伸试验的过程中通常会 

产生较大的塑性流动。金属材料在破坏前由于经历了 

较大的塑性变形，所以在分析这类有限变形大应变条 

件下的弹塑性问题时数值计算中需要综合考虑物理和 

几何两个方面的非线性性质。通常用户在使用 
ABAQUS进行涉及到大变形问题的数值仿真计算时， 

在建模完成后输入试验所得或自定义的应力−应变曲 

线 [22] ，给定相应工况等一系列相关操作后都会打开软 

件提供的几何非线性选项，然后由软件自身强大的非 

线性计算功能进行计算，却往往忽略了大位移变形问 

题中由于几何非线性的作用而对本构关系的影响。文 

献[19−20]中所研究问题，均为延性金属大变形问题而
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在数值仿真中对此并未明确描述。 

从理论层面来说，Prandtl­Reuss 塑性流动理论是 

在无限小应变基础上得出的一种增量形式的弹塑性理 

论，该理论反映了物体在变形态的本构关系。因此， 

在涉及到大位移变形问题的有限元仿真中，只要打开 

了  ABAQUS 软件中的几何非线性选项，即考虑了几 

何非线性的影响就应该用有限变形弹塑性拉格朗日有 

限 元 法 描 述 的 本 构 关 系 进 行 解 释 ， 而 不 是 
Prandtl­Reuss 塑性流动理论所建立的只适用于小位移 

变形条件下的本构关系。有限变形弹塑性拉格朗日有 

限元法不但考虑了当增量较大时，应变增量和位移增 

量间几何关系中的二次项，而且考虑了刚性转动的影 

响问题，因此是一种比较完整的涵盖大位移变形时几 

何非线性作用的解法。文献[23−24]给出了有限变形大 

应变条件下各向同性硬化金属材料用拉格朗日参数描 

述的本构关系如下： 

kl ijkl ij  E ∆ = ∆  0 C S  (13) 
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式中：ai 为初始参考态图形中任意一点的位置坐标； 
xi 为相应点在变形态图形中的位置坐标； ΔSij 是克希霍 

夫应力张量的增量形式；ΔEkl 是格林应变张量的增量 

形式；  0 
ijkl C  是描述两者之间关系中本构矩阵的张量形 

式；σmn 为欧拉应力张量；  | / |  s r  a x ∂ ∂ 为雅克比行列式； 
Cmnpq 是根据塑性流动理论由  Prandtl­Reuss 方程所确 

定的本构矩阵的张量形式。同时式(4)和式(12)又可分 

别写为形如式(15)和式(16)所示的一般形式： 

kl ijkl ij  e C σ ∆ = ∆  (15) 

kl ijkl ij  e C σ ∆ = ∆ ∗  (16) 

式中：Δσij 为欧拉应力张量的增量；Δekl 为阿尔曼斯应 

变张量的增量，Cijkl 和 ∗ 
ijkl C  是描述两者之间不同转换 

关系的本构矩阵的张量形式。 式(15)和式(16)中由于都 

没有考虑任何刚性转动对应力状态影响的补偿问题， 

因此只能在小位移变形条件下才适用。通过式(15)和 

式(16)便可确定 Cijkl 和 ∗ 
ijkl C  ，即得到式(14)中的 Cmnpq。 

由式(14)可知只要确定了 Cmnpq，就可获得大变形情况 

下按拉格朗日法描述的本构矩阵  0 
ijkl C  。再由式(13)从 

而分别得到  von­Mises 屈服准则和修正的  von­Mises 
屈服准则在大变形情况下适用于拉格朗日有限元法的 

本构关系。 

4  高强度铝合金  2A12­T4 试件拉伸 

试验的数值计算 

4.1  光滑圆棒、带缺口棒材单向拉伸试验的数值仿真 

计算 

为了更直观地将有限元仿真结果与试验结果进行 

对比分析，三维有限元模型根据光滑圆棒和两种不同 

缺口半径的棒材全尺寸建模。如图 4所示，在长度方 

向(y方向)一端施加位移约束，另一端添加位移载荷， 

后处理中可通过计算约束端支反力的方式确定力载 

荷。划分网格时两端稀疏，预计断裂的危险区域加密 

网格，单元类型采用带有沙漏控制的 8 节点缩减积分 

体单元(C3D8R)。在稀疏区与加密区之间选用四面体 

单元(C3D4)进行过渡。加密区最小单元尺寸取  0.1 
mm。 

图 4  有限元模型图 

Fig.  4  Illustration  of  finite  element  model:  (a)  Specimen  a; 

(b) Specimen b; (c) Specimen c 

通过编写用户材料子程序 VUMAT的方式就可将 

改进的 X­W延性金属断裂模型结合修正的 von­Mises 
屈服准则嵌入 ABAQUS/explicit 准静态算法主程序。 

同时考虑到大位移变形的计算需要，打开商业有限元 

软件  ABAQUS 中的几何非线性选项来模拟各试件单 

向拉伸的整个断裂过程 [25] 。数值计算中总体算法的实 

现过程是建立在对有限单元积分点进行计算的基础 

上 [26] 。ABAQUS/explicit 主程序对每个单元的每个积 

分点分别进行计算，在一个增量步之内完成计算后， 
VUMAT 子程序将主程序得到的断裂模型所需参数进 

行提取，通过子程序计算出损伤变量 D，若损伤变量 
D 达到断裂阈值  1，通过内部变量传递至主程序令该 

单元失效。否则不做任何变化，通过对所有单元积分 

点进行是否失效判断后，再计算下一个增量步。每一 

个增量步中主程序与子程序之间实时进行数据传递，
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直至载荷施加完毕时输出最终结果，最终断裂在单元 

上发生，通过删除单元的方法来模拟各构件的断裂。 

数值计算中所选材料密度  ρ=2700  kg/m 3 ,泊松比 
μ=0.33， 可由材料手册 [18] 查得， 弹性模量 E=71200 MPa 
可由圆棒单向拉伸试验载荷−位移曲线的弹性阶段的 

数据获得。 材料常数 εf0=0.35， q=0.55， γ=0.25， plim=1000 
MPa，可由上述试验中载荷−位移曲线通过回归获得。 

数值仿真所得各试件宏观断裂形貌与试验结果如图  5 
所示。由单向拉伸试验所得各试件载荷−位移曲线与 

数值仿真所得载荷−位移曲线如图 6所示。 

由图 5和 6可知，在考虑几何非线性作用下应用 

改进的 X­W延性金属断裂模型结合修正的 von­Mises 
屈服准则后数值计算所得 3 种棒材试件的宏观断裂形 

貌较好地反映了真实试验中各试件断裂后的宏观断裂 

形貌， 数值计算所得载荷−位移曲线(见图 6 Simulation 
1)与试验数据(见图  6  Experimental  results)吻合度良 

图 5  各试件宏观断裂形貌的仿真结果和实验结果 

Fig.  5  Comparison  of  macroscopic  fracture  morphology  of 

three  specimens  between  simulation  ((a),  (b),  (c))  and 

experimental  ((a′),  (b′),  (c′))  results:  (a),  (a′)  Specimen  a; 

(b), (b′) Specimen b; (c), (c′) Specimen c 

图 6  对比试验数据和仿真结果的载荷−位移曲线 

Fig.  6  Comparison  of  load−displacement  curves  between 

experimental  and  simulation  results:  (a)  Specimen  a;  (b) 

Specimen b; (c) Specimen c 

好。由于本文作者所选用的断裂准则为损伤与塑性过 

程非耦合的损伤累积理论，所以在单独考察修正的 

von­Mises屈服准则与经典 von­Mises屈服准则下数值 

计算的差异时，只需去掉用户材料子程序 VUMAT中 

修正的  von­Mises 屈服条件部分，通过商业有限元软 

件  ABAQUS 编辑材料属性的对话框输入材料的弹塑
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性数据即可完成经典  von­Mises 屈服准则下的数值计 

算，该数据可由材料标准试件单向拉伸试验获得。在 

单独研究几何非线性对数值计算的影响时，可以通过 

关闭或打开  ABAQUS 软件中的几何非线性选项，即 

可得到 ABAQUS/explicit 主程序分别应用小位移变形 

弹塑性有限元法和有限变形弹塑性拉格朗日有限元法 

进行数值计算的结果。数值计算时通过对两种屈服准 

则和是否考虑几何非线性进行相互组合，就可得到各 

试件在另外  3 种情况下载荷−位移曲线的数值计算结 

果如图 6(见 Simulation 2，Simulation 3，Simulation 4) 

所示。特别需要指出的是：在模拟光滑圆棒单向拉伸 

时，如果应用修正的  von­Mises 屈服准则，由平均应 

力 σ除以等效应力 σeq 可得应力三维度 η=1/3， 由式(9) 

可知 σyld0=σs，即修正的 von­Mises 屈服条件退化为经 

典的  von­Mises 屈服条件。在强化阶段由于修正起点 

为 σs 而且切线模量H也不变， 所以修正的等效应力 σyld 
仍等于 σeq。因此，图 6(a)中数值计算得到的光滑圆棒 

(试件 a)在 4 种情况下载荷−位移曲线的数值计算结果 

中，各有两条曲线相互重合。由图 6所示曲线还可得 

知：考虑几何非线性时，3 种试件通过数值仿真所得 

载荷−位移曲线与不考虑几何非线性时在塑性段相差 

尤为明显，并且随着塑性变形的增大而增大。考虑几 

何非线性后在塑性段有比较明显的“软化”现象，即相 

同的位移条件下，载荷明显降低。这种差异实质上就 

是应用小位移变形弹塑性有限元法和有限变形弹塑性 

拉格朗日有限元法的不同计算结果之间的差异。即有 

限变形拉格朗日有限元法中考虑了几何非线性，在无 

限小应变条件下的几何矩阵之外产生了附加项，而刚 

度矩阵在一般小位移变形刚度矩阵之外，还包括初应 

力刚度、初位移刚度和载荷刚度 [23−24] 。同时本构方程 

中也考虑了刚性转动的影响。因此，应用完全不考虑 

几何非线性的小位移变形弹塑性有限元法模拟延性金 

属塑性大变形时必然会产生很大的差异。 

BRIDGMAN 在研究大塑性变形和断裂问题时给 

出了含缺口经典棒材试件的应力三维度的另一种计算 

公式如式(17)所示： 

) 
2 

1 ln( 2 
3 
1 

R 
r 

+ + = η  (17) 

式中：r为缺口处圆棒横截面的半径， R为圆棒的缺口 

半径。通过式(17)可知  3 种不同缺口形式的棒材试件 

中， 在最小截面处小缺口棒材(试件 c)的应力三维度最 

大，大缺口棒材(试件 b)的应力三维度次之，无缺口的 

光滑圆棒的应力三维度  η=1/3(此时可认为  R 为无穷 

大)。在考虑几何非线性的情况下，应用根据应力三维 

度不同而进行修正的  von­Mises  屈服准则比经典 

von­Mises  屈服准则的计算结果与试验结果的吻合程 

度更高。其中小缺口棒材(试件 c)应力三维度最大，所 

以应用修正的  von­Mises 屈服准则后修正效果尤为明 

显。 

4.2  紧凑拉伸试件(CT)单向拉伸的数值计算 

基于上述试验数据与数值计算结果的对比分析， 

对几何形状更为复杂的紧凑拉伸试件在考虑几何非线 

性作用并应用修正的  von­Mises  屈服准则和改进的 
X­W延性金属断裂模型进行数值计算，对紧凑拉伸试 

件的裂纹扩展过程进行预测。有限元模型图如图 7所 

示，取 CT 试件的 1/4 几何模型，对称面处添加对称 

约束，模拟销钉拉伸直至构件断裂。划分网格时预计 

断裂的危险区域需加密网格，单元类型采用带有沙漏 

控制的  8 节点缩减积分体单元(C3D8R)，网格加密区 

最小单元尺寸取 0.1 mm。将数值计算中 CT试件的载 

荷−位移曲线的预测结果与真实试验数据进行对比， 

如图 8所示。预测裂纹扩展形貌如图 9所示。 

图 7  试件 d的有限元模型图 

Fig. 7  Illustration of FEM model for specimen d 

图 8  试件 d对比试验和仿真的载荷−位移曲线 

Fig.  8  Comparison  of  load−displacement  curves  between 

experimental and simulation results for specimen d
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图 9  试件 d裂纹扩展的仿真结果 

Fig.  9  Simulation  results  of  crack  growth  for  specimen  d:  (a)  Simulation  with  1:1  geometric  model;  (b)  Simulation  with  1/2 

geometric model 

由图  8 可知，计算所得预测载荷−位移曲线在最 

大载荷出现前与试验结果基本一致，说明数值计算较 

好地预测了预置疲劳裂纹从初始直至最大载荷出现时 

的进程，超过最大载荷后的预测曲线与试验曲线相比 

载荷下降速度比试验反映的结果略快，说明进入快速 

失稳阶段后预测结果的裂纹扩展速率略大于试验结 

果。图 9 中显示了与图 8中通过数值计算所预测的载 

荷−位移曲线对应的裂纹扩展形貌，该结果可由 
ABAQUS分析数值计算结果时分别选择显示 1:1几何 

模型和 1:2几何模型(对称面为裂纹扩展面)得出。 

图  9(a)和图  9(b)所示分别从两个不同角度反映了 

各自视角下的裂纹扩展情况。由图  9(a)可知，对于  I 
型裂纹的扩展路径来说，预测结果与图 2(d)中试验结 

果所示一致， 裂纹面基本沿着与载荷垂直的方向扩展。 

图 9(b)中所反映的裂纹扩展情况通常不易通过真实试 

验进行观测，并且裂纹扩展过程时间短暂，而这个短 

暂的过程却可由  ABAQUS 有限元计算结果通过其相 

关的后处理得以体现。图 9(b)所预测的裂纹扩展情况 

反映出裂纹面扩展呈现出“隧道”效应，且隧道高度 M 
逐渐增大，隧道所包围的面积也逐渐增大，其中 B为 

试件厚度。CHEN等 [27] 在模拟延性金属断裂时也发现 

了同样现象。“隧道”效应可以理解为中心层裂纹扩展 

位于“隧道”的顶端，表面层裂纹扩展处于“隧道”的底 

部。处于平面应变状态的中心层先行扩展，而处于平 

面应力状态的表面层抗断裂能力比中心层的大，扩展 

缓于中心层。位于表面层与中心层之间的部分，裂纹 

扩展情况按照距离中心层长度 d 不同而不同。d 取值 

范围为 0＜d＜B/2，与其对应的“隧道”弧形区域从“隧 

道”顶端逐渐走向底部。 

5  结论 

1) 对于延性金属有限变形问题， 在考虑几何非线 

性的影响下改进的  X­W 延性金属断裂模型结合修正 

的 von­Mises 准则较好地预测了 4 种铝合金试件的载 

荷−位移曲线，同时数值计算所得各试件宏观断裂形 

貌与试验结果基本吻合。在模拟光滑圆棒和带缺口圆 

棒拉伸试验时对比分析了几何非线性和屈服准则的影 

响在数值计算中的差异。 
2) 预测 CT 试件裂纹扩展过程中出现了“隧道”效 

应，该效应形象地解释了 CT 试件处于平面应变状态 

的中心层和平面应力状态的表面层的抗断裂能力的差 

异。 
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