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基于完全剪切耦合 Gurson模型的损伤断裂评估曲线研究

李思远，龚宝明，邓彩艳，邸新杰 

(天津大学材料科学与工程学院，天津 300350) 

摘 要：全尺寸管道结构在断裂评估中的保守性问题日益突出，目前以 Hutchinson-Rice-Rosengren 解为基础的工程

临界评估程序，无法准确预测韧性撕裂条件下的断裂评估结果，主要原因在于缺少统一的耦合损伤模型和考虑损伤

因素的失效评估方法．根据现有研究中的不足，在 Gurson-Tvergaard-Needleman(GTN)模型基础上，提出了完全剪

切耦合 Gurson(SCG)模型，以捕捉完整的损伤断裂演化过程．对比小尺寸单边缺口拉伸 SE(T)试样数值模拟仿真断

裂截面与拉伸试验断口结果，验证采用完全剪切耦合损伤系数 1 ( )
Z

C ω σ− 可准确预测断口高、低应力三轴度状态下韧

性断裂机制．利用 SE(T)试样与全尺寸管道裂纹尖端拘束状态的相似性，通过小尺寸 SE(T)试验标定 SCG 模型，

并重新定义断裂评估曲线方程为 r e damage/( ) δ δ=f L ．在外载荷作用下，根据 Irwin-Orowan 能量守恒定律推断，因

裂纹尖端存在不同程度的撕裂情况，经典弹塑性断裂评估程序未考虑形成新裂纹面引起的驱动力减小，从而导致其

评估曲线保守．通过 469 组已发表的全尺寸管道断裂试验结果对损伤断裂评估程序进行验证．结果表明：SCG 模型

可以准确预测高应力三轴度状态( 0.4η > )主导的多孔隙率断裂和低应力三轴度状态( 0 0.4η≤ ≤ )下发生的低孔隙

化断裂，基于 SCG 模型获得损伤断裂评估曲线，预测 469 组全尺寸管道断裂试验，其可靠度为 98.8%，为管道结构

安全冗余设计提供可量化的全新评估方法，同时加深了对环焊缝断裂行为的认知． 

关键词：细观损伤力学；剪切修正；断裂评估曲线；管道环焊缝；耦合损伤模型 
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Study on the Damage Fracture Assessment Curve Based on a Fully  

Shear-Coupled Gurson Model 

Li Siyuan，Gong Baoming，Deng Caiyan，Di Xinjie 

(School of Materials Science and Engineering，Tianjin University，Tianjin 300350，China) 

Abstract：Conservatism in the fracture assessment of full-scale pipeline structures has become an increasingly promi-

nent issue. Current engineering critical assessment procedures，which are primarily based on the Hutchinson-Rice-

Rosengren solution，fail to accurately predict the fracture outcomes under ductile tearing conditions. This limitation

stems from the lack of a unified coupled damage model and a fracture assessment approach that incorporates the dam-

age effects. To address these limitations，a fully shear-coupled Gurson(SCG)model is proposed，based on the classi-

cal phenomenological Gurson-Tvergaard-Needleman model，to capture the complete evolution of ductile fracture. A 

comparative analysis between numerically simulated fracture sections of small-sized single edge-notched ten-

sion(SE(T))specimens and the corresponding experimental fracture surfaces validates that the SCG model，with an 

appropriately defined shear-coupling damage coefficient 1 ( )
Z

C ω σ−
，can accurately predict the ductile fracture mecha-

nisms under high- and low-stress triaxiality conditions. Given the similarity in crack-tip constraint conditions between 

SE(T)specimens and full-scale pipes，the SCG model is calibrated using small-sized SE(T)tests and a revised frac-

ture assessment curve(FAC)is subsequently formulated as r e damage/( ) δ δ=f L . According to the Irwin-Orowan en-

ergy conservation principle，crack-tip tearing contributes to a reduction in the driving force owing to the formation of
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new crack surfaces. However，this effect is not accounted for in the traditional elastic-plastic fracture assessment pro-

cedure，leading to conservative predictions. The proposed damage fracture assessment method is validated against 

469 published full-scale pipeline fracture tests. The results demonstrate that the SCG model accurately captures the 

high-cavitation fracture dominated by high triaxiality(η＞0.4) as well as the low-cavitation fracture under low triaxi-

ality(0≤η≤0.4). The damage FAC derived from the SCG model achieves a prediction reliability of 98.8% across the 

469 full-scale pipeline tests，offering a novel and quantifiable methodology for structural integrity design with safety 

redundancy. Moreover，it deepens the understanding of fracture behavior in circumferential-welded joints. 

Keywords：microscopic damage mechanics；shear modification；fracture assessment curve(FAC)；pipeline girth 

weld；damage coupled model 

 

当前广泛使用的断裂评估程序如 BS 7910、R6、

SINTAP 、FITNET 或 API 759 等 规 范 ，通 过

Hutchinson-Rice-Rosengren 弹塑性解的严格论证，可

以避免由裂纹或近似裂纹的缺陷引起的管道断裂失

效问题．这种评价方法被称为工程临界评估(engi-

neering critical assessment，ECA)，ECA 采用双参数

r
L 和

r
K 确定评估点，并与断裂评估曲线(fracture as-

sessment curve，FAC)
r

( )f L 构成断裂评估图(fracture 

assessment diagram，FAD)．FAD 评估结果可以简单

地分为安全点和潜在不安全两类，并根据评估所需精

度的要求分为 3 个评估等级，其中评估等级越高所需

相关材料信息越多，评估精度也越准确，如图 1 所示

为广泛采用的三等级断裂评估程序[1-2]. 近期研究结

果表明，针对管道环焊缝采用通用断裂评估程序评价

时，评估结果较保守，给管道结构的设计增加了不必

要的安全冗余要求[3]，提高了长输管线的制造成本． 

 

图 1 三等级断裂评估程序 

Fig.1 Three-level fracture assessment procedure 

  采用传统多级评估方法对发生高应变的全尺寸

管道进行断裂评估时存在较高的保守性，即仅非常小

的裂纹或近似裂纹的缺陷是可以被接受的，但实际工

程中管道结构有较高的缺陷容忍度．Kouzoumis 等[4]

在 2021 年的研究中总结了 469 组全尺寸管道的断裂

试验，采用 R6 的一级评估曲线进行断裂评估时，如

图 2 所示的蓝色区域存在显著的评价保守区．因此，

当前亟待解决的科学问题是针对管道结构提出考虑

损伤的通用断裂评估方法，具体研究方法为在弹塑性

断裂力学基础上，将裂纹尖端由损伤引起的驱动力变

化合理地纳入断裂评估程序中，进而解决现有管道断

裂评估结果相对保守的结果. 

 

图 2 R6一级评估方法确定的全尺寸管道断裂评估结果 

Fig.2 Fracture assessment result of a full-scale pipeline 

by the first-level assessment method of R6 

1 断裂评估 

1.1 经典断裂评估方法 

英国电力公司(The Central Electricity Generating 

Board，CEGB)基于“合于使用”原则发布了第 1 版

R6 FAD 后，多年来发展出各种类型的断裂评估

图．但 FAD 中的基本概念没有发生变化，即横坐标

表示载荷率，以
r

L 表示；纵坐标代表断裂率，以
r

K  

表示．通过载荷率与断裂率双参数完整地描述了 

含缺陷结构在线弹性断裂与塑性坍缩之间的过度 
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演化过程．通过计算含缺陷结构的双参数与 FAC 的

关系，对其结构进行完整性评价，评估点位于在失效

评估曲线内部时，表示为可接受或表示安全，相反 

位于 FAC 之外时则代表评估点不可接受或潜在不 

安全，如图 1 所示．下面介绍 R6 推荐的三级评价 

曲线[5-6]． 

基础评价方法(一级评估)： 

   ( ) ( )2 6

rr r
( ) 1 0.14 0.3 0.7exp 0.65⎡ ⎤= − + −⎣ ⎦f L L L  

      (1)
 

在使用 FAC 基础等级评价曲线时，一般是对材

料属性并不了解，其评价结果往往过于保守．基础评

估方法采用大量断裂评估的下限值归纳所得，以牺牲

评估准确性为代价，降低断裂评估的难度． 

标准评价方法(二级评估)： 

   

0.5
3

r yref
r r r,max

r y ref

( )
2

σε
σ ε

−
⎛ ⎞

= ⎜ ⎟⎜ ⎟
⎝ ⎠

+ L
LE

f L L
L E

≤  (2)

 

式中：E 为待评估材料的弹性模量；
y

σ 为材料的屈服

应力；
ref

ε 为计算评估所需的参考应变；
r,max

L 为载荷

最大值．在标准评价方法中，需要材料完整的真实应

力-应变曲线、断裂韧性值和强度匹配信息．相较于

基础评价而言，标准评价方法在评价精度上有显著的

提升，但评价结果仍存在一定的保守性． 

高等级评价方法(三级评估)： 

   e

r r r,max

e p

( ) =
+
J

f L
J J

L L≤  (3)

 

式中 Je 和 Jp 分别为裂纹驱动力 J 积分的弹性分量与

塑性分量．在高等级断裂评估中，需要进行有限元数

值分析，计算含缺陷结构在加载过程中裂纹尖端的裂

纹驱动力以计算 FAC． 

FAC 中
r,max

L 可以表示为 

   y u

r,max

y
2

L
σ σ

σ
+

=  (4)

 

式中
u

σ 为极限单轴抗拉强度． 

1.2 损伤断裂评估新范式 

由上述经典弹塑性断裂评估方法可知，裂纹驱动

力是求解 FAC 的关键因素，但经典 FAC 中均未考虑

裂纹尖端由于多孔损伤引起的驱动力下降的因素，采

用 Irwin-Orowan
[7]的裂纹尖端能量守恒定律可知，裂

纹尖端由于撕裂生成新裂纹面时会消耗表面能(图

3)，即 

    
(5)

 

式中：a 为裂纹长度；G 为能量释放率；
i
T 为外力分

量；
i
u 为位移分量；W 为内能密度；γ 为裂纹尖端在

韧性撕裂条件下生成新裂纹所需的表面能；Γ 为积

分路径；ds 为积分路径微元；dA 为面积微元； damageδ
为韧性撕裂条件下弹塑性裂纹嘴张开位移． 

 

图 3 韧性撕裂下裂纹尖端的 Irwin-Orowan 能量守恒

关系 

Fig.3 Irwin-Orowan energy conservation principles un-

der ductile tearing 

  将上述损伤机理与断裂评估曲线定义相结合提

出包含损伤的断裂评估曲线，当外力做功相同时满足
ep

damage 2δ δ γ= + ．其中载荷率定义为 

   e e
r ep

damage

( )
2

f L
δ δ

δ δ γ
==

−
 (6)

 

   r load ligamentL P P=  (7)

式中：
load
P 为当前载荷；

ligamentP 为韧性撕裂下残余韧

带截面的屈服载荷；
e

δ 为裂纹嘴张开位移的弹性分

量； epδ 为弹塑性裂纹驱动力． 

2 完全剪切耦合的多孔损伤模型与标定 

2.1 完全剪切耦合的理论模型 

经典固体力学中，20 世纪以连续介质假设为基

础的断裂力学发展至今，各类描述材料损伤机制的模

型不断被科研人员提出．根据损伤是否影响损伤的塑

性行为，模型又分为耦合模型和非耦合模型，其中耦

合模型认为塑性发展过程中伴随着损伤演化，损伤的

累积进一步导致材料性能的下降，最终诱发断裂的发

生 ，典型 的耦合 损 伤模型 如 Gurson-Tvergaard-

Needleman(GTN)
[8-10]．在宏观角度应用经典断裂力

学时，往往会忽略材料的微观破坏机制，而使用单参

数(应力强度因子，J 积分)来表征裂纹尖端的应力状

态．实际材料裂纹尖端的应力状态明显要复杂得多，

如图 4 所示，同一断口中即包含等轴韧窝的拉伸断裂

特征，又存在拉长韧窝的剪切断裂特征．因此，完善

的多孔损伤模型需要考虑材料的微观损伤机制．目前

研究中即使是耦合模型往往也不能完美描述损伤断

裂过程中的非连续现象，这是因为耦合模型和非耦合

模型均包含了不同比例的经验性系数，因而受限于理

论模型的完备性、数值仿真的准确性等因素[11]．本文
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提出一种完全耦合模型，将经典 GTN 模型中的剪切

修正系数赋予真实的物理意义．其中 Gurson 类模型

的近似屈服方程可表示为随孔隙率变化的函数，即 

 ( )
2

* *2e 2 m
1 3

y y

3
2 cosh 1 0

2

q
q f q f

σ σΦ
σ σ

⎛ ⎞= ⎜ ⎟
⎛ ⎞+ − + =⎜
⎝⎠ ⎠⎝

⎟  

      (8)
 

式中：
e

σ 为 Mises 等效应力；
1
q 、

2
q 、

3
q 为材料常数；

m
σ 为平均应力； *f 为等效孔隙率． 

 

图 4  X80管线钢低孔隙率断裂和多孔隙率断裂断口对比

Fig.4  Experimental evidence of low-cavitation fracture

and high-cavitation fracture from a fractography

of X80 specimen 

Tvergaard 和 Needleman 在经典 Gurson 模型的

基础上修正了孔隙聚集模式，即 

   

c

* F c

c c f

f c

f f

( )

f

f f f f

f f

f f
f f f

f f

f ff

⎧
⎪ −⎪= +⎨ −⎪
⎪⎩

− ＜

≤

≥

＜  (9)

 

式中：f 为当前孔隙率； cf 和 ff 分别为临界孔隙率和

断裂孔隙率； Ff 为孔隙聚集系数． 

孔隙率随载荷变化的增量由孔隙成核、孔隙增长

和剪切连接 3项构成，可以表示为 

   total nucleation growth sheard d d df f f f= + +  (10)

   

2
p
m N

N

0.5
pN
m

nucleatio
N

d

n

d

0

e 0
d

2

0

Sf

f S
p

p

ε ε

ε
⎛ ⎞

− ⎜ ⎟⎜ ⎟
⎝ ⎠

−⎧
⎪⎪= ⎨ π
⎪
⎪⎩ ＜

≥
 

(11)

式中： p

m
ε 为等效塑性应变；

N
ε 和

N
S 分别为服从正太

分布孔隙成核的平均值和标准差；
N
f 为孔隙成核 

系数． 

   p

growth (1 )dd
ij ij

ff ε δ= − �  (12)

式中： p

ij
ε� 为塑性应变率张量；

ij
δ 为 Kronecker张量． 

孔洞剪切连接项可以表示为 

   she w

e

ar

p

( )
d

d
ij ij

f k f
σ ε

ω σ
σ

=
�

 (13)

 

式中：
w
k 为剪切修正系数； ( )ω σ 为剪切损伤函数；

ij
σ 为应力张量． 

完全剪切耦合即给孔洞剪切连接项中的经验系

数赋予真实物理意义，完全剪切耦合理论中将剪切修

正系数
w
k 定义为与应力三轴度相关的系数

Z
C ，即 

   

11 22

331

w ep

ep

23

0.4

0 0.4

Z
k C

σ σ η
σ

ε η
ε

−

⎧ +
⎪
⎪= = ⎨
⎪
⎪⎩

＞

≤ ≤

 (14)

 

 

p

2 *

eq

shear p

2 *

eq

d1
sin

2
d

d1

(1 )
0.4

( )

(1
sin

)
0.4

)
0

2(

ij ij

Z

ij ij

Z

f

f

C
f

C

σ εθ η
σ σ

σ εθ η
ε σ

⎧ ⎡ ⎤
⎪ ⎢ ⎥

⎣ ⎦⎪= ⎨
⎡

π −

π − ⎤⎪
⎢ ⎥⎪
⎣ ⎦⎩

�

�

＞

≤ ≤

 

   (15)
 

式中： epε 为等效弹塑性应变；θ 为罗德角参数；η 为

应力三轴度；
11

σ 、
22

σ 和
33

σ 分别为笛卡尔坐标系下 3

个方向的正应力．定义 1 ( )
Z

C ω σ− 为完全剪切耦合损伤

系数． 

参考 Wierzbicki 等[12]关于断裂模式的研究(剪切

主导失效或拉伸主导失效)，定义应力三轴度 0.4η =
为高低应力三轴度状态转变点．因此，修正的完全剪

切耦合 Gurson(shear-coupled Gurson，SCG)模型的失

效准则可以表达为 

     
*

f

ep

f

0.

00

4

.4

f f η
ε ε η
⎧⎪
⎨
⎪⎩

≥ ＞

≥ ≤ ≤
 (16)

式中
f

ε 为断裂应变． 

2.2 完全剪切耦合的数值仿真 

基于上述 SCG 的理论模型，采用利用商业有限

元仿真软件 ABAQUS 中预留的 UMAT 接口，在

FORTRAN 编译语言下，基于 SCG 屈服微分方程建

立了差分数值求解程序．利用USDFLD子程序实现数

值模拟中动态裂纹扩展，突破性地在 STANDARD 求

解器中实现了裂纹的动态扩展．研究对象以管道环焊

缝尖端应力状态相似的单边缺口拉伸(single edge-

notched tension，SE(T))试样为例，如图 5 所示，

SE(T)试样具有与全尺寸管道相似的低拘束状态[13]． 

从直径 1 219mm、管壁厚 18.4 mm 的 X80 管道

进行取样，其中 SE(T)试样满足夹持端中间平行端长

度为 10W 的试验要求．采用 Ramberg-Osgood 本构方

程(式(17))分别对管线钢焊缝区和母材区取样，进行 
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图 5 裂纹尖端应力状态相似性 

Fig.5 Similarity principle of crack-tip stress state 

取样后拉伸性能测试，为后续有限元仿真提供有效材

料性能，具体材料本构属性如表 1 所示．同时分别设

计 4 组不同几何尺寸与裂纹尺寸的 SE(T)试样进行

拉伸断裂试验，获取试验的载荷-位移曲线．SE(T)试

样的具体几何尺寸详见表 2，试样形式如图 6 所示． 

   
0 0 0

ε σ σα
ε σ σ

⎛ ⎞= + ⎜ ⎟
⎝ ⎠

n

 (17)

 

表 1 焊缝金属与管道母材 Ramberg-Osgood本构常数 

Tab.1  Ramberg-Osgood parameters for weld metal and

matrix metal 
 

材料 
弹性模量

E/GPa 
泊松比 

屈服应力/ 

MPa 
硬化指数 材料常数

X80母材 207 0.3 587 10 2.56 

X80焊缝 207 0.3 608 5 0.92 

表 2 SE(T)试样的几何尺寸 

Tab.2 Geometrical dimensions of SE(T)specimen 

试样 
试样宽度 

W/mm 

试样厚度 

B/mm 

裂纹深度 

a/mm 

厚宽比 

(B/W) 

深宽比

(a/W)

SE(T)-1 18.00 9.00 7.20 0.50 0.40 

SE(T)-2 18.00 18.00 7.20 1.00 0.40 

SE(T)-3 18.00 18.00 9.00 1.00 0.50 

SE(T)-4 17.00 17.00 4.25 1.00 0.25 
 

 

图 6 SE(T)试样几何尺寸示意 

Fig.6 Schematic of geometrical dimensions of SE(T)

specimen 

  有限元模型采用 1/2 对称模型，裂纹尖端采用过

渡细化网格，网格大小为 0.02 mm，采用距离裂纹尖

端为 0.36 mm 位置的裂纹纵向位移(crack tip opening 

displacement，CTOD)作为裂纹驱动力．在有限元仿真

中的独立变量 2(SDV2)表示有效孔隙率 *f ，独立变

量 8(SDV8)表示应力三轴度η ．网格划分策略与数值

模拟仿真结果如图 7 和图 8 所示． 

2.3 完全剪切耦合模型参数的标定 

SCG 模型中包含了材料属性常数和待标定损伤

系数两种参数，金属材料通用参数详见表 3，而 SCG

模 型 中 仅 有 初 始 孔 隙 率
0
f 为 待 定 参 数 ，可 利 用

SE(T)宏观载荷-位移曲线对模型参数进行标定，标

定过程是通过调整初始孔隙率的大小，使有限元仿真

结果获得的 SE(T)载荷-位移曲线与试验所获得的载

荷-位移曲线重合． 

如图 9 所示，初始孔隙率分别设置为 0.002、

0.003、0.004、0.005、0.006、0.008、0.010，获取不同初

始 孔 隙 率 下 的 载 荷(P)与 裂 纹 嘴 张 开 位 移(crack 

mouth opening displacement，CMOD)仿真结果，并使

用相对误差 Err 函数作为评价初始孔隙率标定结果是

否准确的指标，同时规定标定初始孔隙率的停止条件

为误差参数变化梯度绝对值连续增大 2 次．根据标定

结果可知，当初始孔隙率为 0.006 时，P-CMOD 曲线

具有最高的精度，其中相对误差 Err 表达式为 
 

 

图 7 SE(T)试样有限元模型和网格划分策略 

Fig.7 Finite element model and meshing strategy for SE(T)specimen  
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（a）SCG 模型应力三轴度(SDV8)仿真计算结果 

 

（b）SCG 模型有效孔隙率(SDV2)仿真计算结果 

图 8 SE(T)试样有限元模型的仿真结果 

Fig.8 Finite-element model simulation results for SE(T)specimen 

表 3 SCG模型中金属材料通用参数 

Tab.3 Constant parameters of the SCG model for metal 

1q  2q  3q  
cf  Nf  NS  Nε  

1.5 1 2.25 0.02 0.032 0.1 0.3 

   

   （a）SE(T)-1                                               （b）SE(T)-2 

   

             （c）SE(T)-3                            （d）SE(T)-4 

 

图 9 SCG模型初始孔隙率的标定 

Fig.9 Calibration of 
0
f  in the SCG model 



    

2026 年 5 月            李思远等：基于完全剪切耦合 Gurson 模型的损伤断裂评估曲线研究              ·493·  

 

   FEM, test,

rr

1 test ,maxi

i i

n P P
E

P=

−
=∑  (18)

 

式中：
FEM
P 为有限元仿真载荷；

test
P 为 SE(T)试验的

真实载荷． 

  由图 10 所示，SE(T)试样裂纹前缘处于不同的

应力三轴度状态，裂纹中心表现为高应力三轴度状态

时，孔隙充分发育，裂纹扩展快速，接近试样表面时

应力三轴度接近 0.4，此时将 SCG 模拟仿真获得的裂

纹形状与 SE(T)试验断口进行对比可知，SCG 模型

准确捕捉了低应力三轴度条件下的断裂特征，在高应

力三轴度状态( 0.4η＞ )下，表现为小曲率裂纹前缘， 

 

（a）仿真断口形貌 

 

（b）试验断口形貌 

图 10 SCG模型初始孔隙率的标定 

Fig.10 Calibration of 
0
f  in the SCG model 

 

而在低应力三轴度状态( 0.4η0≤ ≤ )下则表现为大

曲率裂纹前缘断裂特征． 

3 损伤断裂评估曲线结果与验证 

3.1 基于 SCG模型的损伤断裂评估曲线 

基于第 2.1 节严格理论推导获得的 SCG 模型理

论框架，通过对有限元中 SE(T)试样拉伸断裂模拟仿

真结果进行二次开发，以 SCG 模型中的 CTOD 值作

为断裂评估中裂纹驱动力，实时计算裂纹扩展量和残

余韧带截面面积，最后计算截面屈服载荷，如图 11

所示． 

 

图 11 裂纹截面几何参数示意 

Fig.11 Schematic of geometrical parameters in a crack 

section 

将 4 组损伤 SE(T)仿真试验结果提取，利用全新

定义的载荷率式(7)，实时计算当前载荷作用下的截

面屈服载荷．与此同时，韧性撕裂存在条件下 J 积分

作为描述裂纹驱动力度量的方法失效．因此，选择

CTOD 作用裂纹驱动力度量的断裂率计算方法(式

(6))，结合损伤断裂评估曲线的定义可以获得考虑韧

性撕裂的断裂评估曲线．同时将 R6 规范中弹塑性断

裂力学的高级断裂评估方法与损伤断裂评估曲线进

行对比，结果如图 12 所示． 

   
    （a）SE(T)-1                                               （b）SE(T)-2 

   
   （c）SE(T)-3                                              （d）SE(T)-4 

 

图 12 韧性撕裂条件下损伤断裂评估曲线计算结果 

Fig.12 Calculated results of the damage fracture assessment curve under ductile tearing 
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3.2 损伤断裂评估曲线的应用 

损伤断裂评估曲线主要应用于含缺陷的管道环

焊缝断裂评估中，其目的是在断裂评估中快速排除由

于裂纹尖端韧性撕裂引起的保守度．将 SCG 损伤模

型与断裂评估方法结合，提出适用于管道结构且考虑

损伤因素的断裂评估程序，具体评估流程如图 13 

所示． 

随着十几年的积累，科研人员对管道环焊缝的断

裂行为有了重要的研究进展和较深的理解，其中使用

小尺寸试样断裂试验，一直到全尺寸管道试验形成了

相关的试验流程，但在全尺寸管道断裂试验中，由于

其经济成本大、时间成本大、可获取数据量有限、可

重复性有限，并不能作为主流的试验方法，但其可以

作为验证断裂评估曲线可靠度的验证数据．统计 469

组全尺寸管道断裂失效数据，并将断裂评估点绘于 

图 14，图 中 全尺寸管 道 断 裂 评 估 数 据点来源于 

Kouzoumis等[4]和 Pisarski
[14]的相关研究. 

 

图 13 损伤断裂评估程序 

Fig.13 Damage fracture assessment procedure 
 

   

（a）第 1 组断裂评估点                                           （b）第 2 组断裂评估点 

   

（c）第 3 组断裂评估点                                           （d）第 4 组断裂评估点 

图 14 全尺寸管道断裂评估结果 

Fig.14 Fracture assessment results of a full-scale pipeline 

  将第 3.1 节中 4 组损伤断裂评估曲线进行统计，

获得考虑裂纹尖端撕裂的管道结构评估曲线模型. 

并采用归一化后的损伤断裂评估曲线，对 469 组全尺

寸管道断裂试验进行损伤断裂评估，结果如图 15 所

示．其中有 4 组全尺寸管道失效断裂的评估点落于

损伤断裂评估安全区内，根据损伤断裂程序判定 1#、

2#、3#和 4#为非正确评估点．在大型全尺寸管道断裂

试验中，由于受测试过程中捕捉数据方法的限制，导

致在裂纹截面进入全面屈服后，数据存在失真可能

性，因此易出现错误评估点．综上所述 465 组全尺寸

管道断裂评估结果正确，损伤评估曲线的评价可靠度

为 98.8% ． 
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图 15  损伤断裂评估曲线对全尺寸管道的断裂评估结果

Fig.15  Fracture assessment results for full-scale pipelines

based on the damage fracture assessment curve 

4 结 语 

在经典 Gurson 多孔损伤模型基础上，进行了剪

切修正，提高了 Gurson 多孔损伤模型在韧性金属低

应力三轴度状态( 0 0.4η≤ ≤ )下捕捉韧性撕裂的预

测能力，通过试验与仿真结合的方法，验证了 SCG

模型可以准确预测 X80 管线钢 SE(T)试样韧性损伤

断裂的行为．利用 SCG 模型与断裂评估程序结合，

提出适用于管道环焊缝结构的损伤断裂评估程序．考

虑韧性撕裂对裂纹驱动力的影响，重新定义了断裂评

估双参数．最终利用全尺寸管道拉伸断裂试验数据

进行验证，结果表明损伤断裂评估程序有效降低了传

统评估结果的保守性，评估可靠度达 98.8% ．为含缺

陷管道结构在断裂评估中提供全新依据． 
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