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摘要　通过结合ＧｏｌｏｇａｎｕＬｅｂｌｏｎｄＤｅｖａｕｘ（ＧＬＤ）微观损伤模型与 ＭｏｒｉＴａｎａｋａ（ＭＴ）均匀化方法，建立颗粒增强

复合涂层材料损伤破坏的分析模型。将激光熔覆复合涂层制备过程中产生的微气孔、微裂纹等缺陷作为损伤模型

的初始孔洞，通过数值模拟分析孔洞形状、尺寸、分布、颗粒密度以及颗粒损伤等对复合涂层拉伸应力应变曲线以

及断裂韧性的影响。另外，将模型分析与前期的激光熔覆 Ｈ１３ＴｉＣ复合涂层单轴拉伸实验进行比较。结果显示，

应力应变曲线理论预测与实验结果基本吻合，最大拉伸断裂应变则在一定的误差范围内。
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１　引　　言

激光熔覆复合涂层中的微孔洞、微裂纹等缺陷

是熔覆过程中很容易出现的质量问题。这些缺陷降

低了材料的弹性模量、屈服强度，加剧涂层的开裂破

坏行为［１～３］。另外，复合涂层在受到外载荷作用时，

内部会发生颗粒断裂、颗粒与基体的界面开裂等各

种形式的损伤，如Ｇｕ等
［１］研究了激光堆焊铜基 ＷＣ

增强材料的断裂强度，指出孔洞分布随着 ＷＣ颗粒

的质量分数呈正态分布，然而孔洞含量越高，其断裂

强度越小；顾盛挺等［４］研究了激光熔覆Ｈ１３ＴｉＣ复合

０２０３００３１
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涂层的单轴拉伸性能，指出随着ＴｉＣ颗粒体积分数的

提高，气孔增多，涂层断裂方式从韧性向脆性转变。

颗粒增强复合材料的损伤破坏包括孔洞成核

（颗粒与界面的损伤，颗粒破碎或基体失效），孔洞扩

展以及孔洞汇聚三个阶段。这三种机制与其相应的

微观特征密切相关，因此利用微观力学研究复合材

料力学响应具有重要的意义。近年来，国内外学者

基于微观力学，对复合材料的弹塑性进行了广泛的

研究［５～８］，主要涉及复合材料的失效机制，如颗粒的

断裂、基体和增强颗粒界面的脱粘、基体的延性失效

对复合材料的性能影响。微观理论的优势在于能够

计算出颗粒相与基体的平均应力应变，同时又能预

测复合材料的宏观应力应变响应。但未能很好地反

映材料在三轴应力下的损伤演变，如复合材料的孔

洞扩展以及汇聚阶段。而Ｇｕｒｓｏｎ
［９］微观模损伤模

型刚好弥补了这一点，近来发展起来的多层次微观

力学很好地预测了复合材料损伤破坏过程。

本文假定激光熔覆后涂层内部含有初始孔洞缺

陷，把 基 体 服 从 Ｍｉｓｅｓ 屈 服 准 则 推 广 到 服 从

ＧｏｌｏｇａｎｕＬｅｂｌｏｎｄＤｅｖａｕｘ（ＧＬＤ）屈服势，然后利用

ＭｏｒｉＴａｎａｋａ（ＭＴ）均匀方法计算复合涂层材料应

力应变响应。通过数值模拟研究分析初始孔洞含

量、形状、分布以及颗粒损伤对复合涂层单轴拉伸应

力应变曲线以及拉伸断裂应变的影响。最后，把理

论预测结果与激光熔覆 Ｈ１３ＴｉＣ复合涂层单轴拉

伸实验进行比较。

２　微观损伤模型

２．１　犕犜微观均匀化方法

ＭＴ均匀场理论
［１０］是考虑颗粒相互作用，在远

场的均匀边界条件下求得其内部颗粒与基体的均匀

应力应变的微观理论。假设基体与颗粒均为各向同

性材料，增强颗粒仅产生弹性形变，基体产生弹塑性

形变，且满足 Ｍｉｓｅｓ屈服准则和等向强化准则。本

文认为复合材料只有颗粒相（上标ｐ表示）和基体相

（上标ｍ表示）构成，其宏观弹塑性刚度矩阵为

犆ｅｐ＝［狏
ｐ犆ｐ∶犃

ｐ
＋（１－狏ｐ）犆

ｍ
ｅｐ］∶

［狏ｐ犃ｐ＋（１－狏ｐ）犐］－
１， （１）

式中犃ｐ＝［犐＋犈∶（犆ｍ）－１∶犆ｐ－犐］－１，犆ｍｅｐ为基体的弹

塑性刚度矩阵，当基体仅发生弹性变形时，犆ｍｅｐ变为

犆ｍ，犈张量不仅与颗粒的形状有关，而且取决于基

体弹塑性刚度矩阵犆ｍｅｐ，Ｄｏｇｈｒｉ等
［１１］认为对于弹性

形变的颗粒和弹塑性形变的基体，取犆ｍｅｐ各向同性部

分（犆ｍｅｐ）
ｉｓｏ，能够很好地解决过高估计复合涂层的宏

观弹塑性模量问题。在这里，使用（犆ｍｅｐ）
ｉｓｏ来计算犈

张量

（犆ｍｅｐ）
ｉｓｏ
＝ （犐
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∶∶犆

ｍ
ｅｐ）犐

ｖｏｌ
＋
１

５
（犐ｄｅｖ∶∶犆

ｍ
ｅｐ）犐

ｄｅｖ．

（２）

２．２　基体的犌犔犇微观损伤本构关系

考虑到基体内部含有初始孔洞，这里把基体服

从 Ｍｉｓｅｓ屈服准则推广到服从ＧＬＤ屈服势
［１２］。其

屈服势为

＝
犆

σ
２
狔

狘狘σ′＋ησ犺犡狘狘
２
＋２狇（犵＋１）（犵＋犳）×

ｃｏｓｈκ
σ犺

σ（ ）
狔

－（犵＋１）
２
－狇

２（犵＋犳）＝０，（３）

式中σ狔为屈服应力，σ犺＝α２（σ狓狓＋σ狕狕）＋（１－α２）σ狔狔，

犡＝ （２／３）犲狔 犲狔－（１／３）犲狓 犲狓－（１／３）犲狕 犲狕，

参数犆，η，犵，κ，α２都为内变量形状比犛与孔洞犳的函

数，狇取决于基体硬化指数狀、初始孔洞犳０ 以及形状

比犛，详见文献［１２］。

复合涂层形变过程中，基体孔洞会随着材料变

形不断扩展

犳犵 ＝ （１－犳）ε
ｐ
犽犽， （４）

式中ε
ｐ
犽犽 为基体塑性应变增量。

相应地，孔洞形状犛也发生改变

犛＝
３

２ξ
１ε
ｐ
犻犼犡犻犼＋ξ２ε

ｐ
犽犽， （５）

式中ξ１，ξ２ 为内变量犛与犳的函数。

等效屈服应力的演化表达式为

σ狔 ＝
犺′σ犻犼ε

ｐ
犻犼

σ狔（１－犳）
， （６）

式中犺′为基体硬化切线刚度。

塑性应变率可以由流动法则给出

ε
ｐ
犻犼 ＝ｄλ


σ犻犼
， （７）

式中ｄλ为塑性因子，

σ犻犼

为塑性流动方向。

因此可以求得基体的弹塑性本构关系为

σ犻犼 ＝

犇犻犼犽犾－


σ狅狆
犆ｍ
犻犼狅狆

σ犿狀
犆ｍ
犿狀犽犾


σ犿狀
犆ｍ
犿狀狅狆

σ狅狆
－

珋σ
犺１－


犛
犺３－


犳
犺

烄
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烌

烎
２
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式中犺１＝（１－犳）δ犻犼

σ犻犼
，犺２＝

犺′σ犻犼
σ狔（１－犳）
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σ犻犼
，犺３＝

３

２ξ
１犡犻犼
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σ犻犼
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。
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吕　君等：　激光熔覆颗粒增强复合涂层微观损伤模型

２．３　颗粒的损伤破坏

颗粒损伤破坏包括颗粒的断裂和颗粒与界面的

开裂两种机制。颗粒的断裂，是由于临界的最大主

应力超过了其颗粒内部纳米尺度的缺陷传播所需的

临界应力引起的颗粒脆性断裂［１３］。而界面开裂机

制是由于颗粒周围基体的位错堆积引起的弹塑性破

裂［１４］。假设颗粒破坏概率受颗粒内部拉伸应力σｐ

控制［５］，符合 Ｗｅｉｂｕｌｌ分布：

犘狏 ＝１－ｅｘｐ －
σ
ｐ

犛（ ）［ ］
０

犿

， （９）

式中犿及犛０ 分别为形状和尺度参数。颗粒的平均

破坏应力为

珋σ
ｐ
＝犛０Γ１＋

１（ ）犿 ， （１０）

式中Γ（·）是Ｇｒａｍｍａ函数。如果颗粒体积分数为

狏ｐ，则累计颗粒损伤体积分数为狏ｐ犘狏。

２．４　耦合基体犌犔犇与 犕犜微观理论的损伤本构

模型

微观损伤理论模型如图１所示，基体内部含有

初始孔洞，其塑性性能服从ＧＬＤ屈服势，采用 ＭＴ

均匀化方法来预测复合材料的宏观性能。在复合涂

层经历颗粒断裂、孔洞扩展至宏观断裂的不同阶段

中，认为服从ＧＬＤ屈服势的代表元为 ＭＴ微观模

型中的基体，因此在整个计算过程中，复合材料只有

基体与颗粒相构成。

在颗粒破坏之前，假设基体内部孔洞均匀分布，

其代表元的初始形状比为犠０＝犚０狔／犚０狓，初始孔洞分

布为λ０＝犔狔／犔狓，可以计算出初始孔洞的相对间距为

χ０ ＝
犚０狓
犔狓
＝
犳０λ０

γ犠（ ）
０

１／３

， （１１）

式中γ为几何参数
［１５］，犳０ 为初始孔洞体积分数。

图１ 微观损伤理论模型框架

Ｆｉｇ．１ Ｆｒａｍｅｗｏｒｋｏｆｍｉｃｒｏｄａｍａｇｅｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌｍｏｄｅｌ

　　随着复合涂层的不断变形，增强颗粒开始发生

破坏。假设破坏的颗粒均匀分布，其破坏概率服从

Ｗｅｉｂｕｌｌ分布，详见２．３节，其微观结构可以用周期

分布的代表元来表示，如图１所示。孔洞形状比为

犠ｐ＝犚狀狔／犚狆狓，孔洞分布为λｐ＝犔ｐ狔／犔ｐ狓，可以得到

颗粒破坏产生的孔洞相对间距为

χｐ＝
犚ｐ狓
犔ｐ狓

＝
犳狀λｐ
γ犠（ ）

ｐ

１／３

， （１２）

式中犳狀 为颗粒破坏产生的孔洞体积分数。显而易

见，颗粒破坏的孔洞形状犠ｐ 与基体内部的初始孔

洞形状犠０ 是不同的，Ｌａｓｓａｎｃｅ等
［１５］提出不同类型

孔洞形状等效方法，具体为

０２０３００３３
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Δ犳狀 ＝
犠ｐ

犠０

Δ狏
ｐ
犫， （１３）

式中Δ狏
ｐ
犫 为颗粒破坏的体积分数增量。另外，颗粒

的破坏降低了其承载能力，在利用 ＭＴ均匀方法计

算时，颗粒体积分数相应减少

Δ狏
ｐ
狀 ＝ （１－δ）Δ狏ｐ犫， （１４）

式中δ∈［０，１］为颗粒承载系数。

随着孔洞的不断扩展，微孔洞附近的基体发生

塑性失稳，造成孔洞汇聚联带，形成宏观裂纹。本文

采用Ｔｈｏｍａｎｓｏｎ汇聚准则
［１６］，假设认为当基体孔

洞满足

σ狀

σ
０
狔

＝
２

３
（１－χ

２）α
１－χ
χｅｘｐ（犛
［ ］）

２

＋β
１

槡｛ ｝
χ
，

（１５）

复合材料形成宏观裂纹。式中，σ狀 为垂直于孔洞汇

聚平面的应力，σ
０
狔 为基体初始屈服应力，参数α＝

０．１，β＝１．２。

３　模拟计算及与实验结果比较

３．１　材料参数的影响分析

在前期单轴拉伸实验［４］中，本工作采用了相同

的激光功率密度制备不同 ＴｉＣ颗粒含量的 Ｈ１３

ＴｉＣ复合涂层，这里假定激光熔覆纯 Ｈ１３的力学性

能与含有ＴｉＣ颗粒涂层基体的性能一致，颗粒形状

为球形，利用微观损伤模型耦合 ＡＢＡＱＵＳ子程序

ＵＭＡＴ来计算Ｈ１３ＴｉＣ复合涂层受单向拉伸时的

应力应变曲线，研究各个参数对模型计算的影响。

材料参数如下：颗粒弹性模量犈ｐ＝４６０ＧＰａ，泊松比

υ
ｐ＝０．１７。基体的弹性模量犈ｍ＝１９２．４ＧＰａ，泊松

比υ
ｍ＝０．３。基体的有效应力与有效应变关系服从

指数形式

σ狔 ＝σ
０
狔＋犺（εｐ）

狀， （１６）

式中σ
０
狔为初始屈服应力，犺（εｐ）

狀为硬化部分。基体初

始屈服应力为６１０ＭＰａ，设指数硬化率犺（εｐ）
狀
＝

犓ε
狀
ｐ，这里犓 为３．７４ＧＰａ，狀为０．６５。

图２显示了在形状参数犿 ＝５，颗粒平均破坏

应力珋σｐ＝３．０σ
０
狔，初始孔洞体积分数犳０＝０．０２，颗粒

体积分数狏ｐ＝０．２２，初始孔洞形状比犠０＝１，破坏

颗粒孔洞形状比犠ｐ＝１／６，以及初始孔洞分布λ０＝

１时，复合涂层应力应变曲线以及拉伸断裂应变ε犳

与承载系数δ的关系。从图２可以看出，随着承载系

数δ的提高，复合涂层的硬化效应更加明显，然而拉

伸断裂应变ε犳 稍微降低，但不明显。这是因为复合

材料的宏观应力由基体应力和颗粒应力组成，随着

承载系数δ的提高，颗粒平均应力加大，复合涂层宏

观应力相对增强。在复合涂层单轴拉伸过程中，汇聚

准则中应力σ狀 方向与拉伸方向一致，颗粒平均应力

的加大，提高了颗粒破坏率，与此同时基体孔洞相对

增加，降低了基体汇聚准则中的σ狀
σ
０
狔

，复合材料提早

进入断裂阶段。该分析结果与文献［１６］吻合，其承

载系数定义不同。

图２ 不同承载系数δ下复合涂层（ａ）应力应变曲线和（ｂ）拉伸断裂应变ε犳的变化

Ｆｉｇ．２ Ｖａｒｉａｔｉｏｎｏｆ（ａ）ｓｔｒｅｓｓｓｔｒａｉｎｃｕｒｖｅａｎｄ（ｂ）ｔｅｎｓｉｌｅｆｒａｃｔｕｒｅｓｔｒａｉｎε犳ｏｆ

ｃｏｍｐｏｓｉｔｅｃｏａｔｉｎｇｗｉｔｈｄｉｆｆｅｒｅｎｔｌｏａｄｃａｐａｃｉｔｙδ

　　图３（ａ）显示了当犳０ ＝０．０２，狏ｐ＝０．２２，犠０ ＝

１，犠ｐ＝１／６，λ０＝１时，复合涂层宏观的应力应变曲

线，每条曲线对应不同形状参数犿。可以看出，形状

参数犿对应力应变曲线的影响不敏感。随着损伤参

数犿的增大，复合涂层拉伸断裂应变ε犳 稍微降低，

软化效应加大。图３（ｂ）为对应孔洞含量与宏观应变

之间的关系，在复合涂层变形前期，犿值较小的复合

涂层，颗粒破坏速率相对较高。之后，损伤速率随着

犿增大而提高。在塑性应变为０．０４５的时候，犿＝１０

的复合涂层孔洞含量超过了犿＝２时的孔洞含量，

从而导致了其对应复合涂层最大拉伸应力降低。

图３（ｃ）为 不同犿 值下，孔洞形状与宏观应力应变
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图３ 不同损伤参数犿下复合涂层的（ａ）应力应变曲线；（ｂ）孔洞含量犳；（ｃ）孔洞形状扩展犠 的变化。不同平均

破坏应力珋σｐ 下复合涂层的（ｄ）应力应变曲线；（ｅ）孔洞含量犳；（ｆ）孔洞形状扩展犠 的变化

Ｆｉｇ．３ Ｖａｒｉａｔｉｏｎｏｆ（ａ）ｓｔｒｅｓｓｓｔｒａｉｎｃｕｒｖｅ；（ｂ）ｖｏｉｄｓｖｏｌｕｍｅ犳；（ｃ）ｅｘｐａｎｓｉｏｎｏｆｔｈｅｈｏｌｅｓｈａｐｅ犠 ｏｆｔｈｅｃｏｍｐｏｓｉｔｅ

ｃｏａｔｉｎｇｓｗｉｔｈｄｉｆｆｅｒｅｎｔｄａｍａｇｅｐａｒａｍｅｔｅｒｓ犿．Ｖａｒｉａｔｉｏｎｏｆ（ｄ）ｓｔｒｅｓｓｓｔｒａｉｎｃｕｒｖｅ；（ｅ）ｖｏｉｄｓｃｏｎｔｅｎｔ犳；（ｆ）

　　　　　ｅｘｐａｎｓｉｏｎｏｆｔｈｅｈｏｌｅｓｈａｐｅ犠ｏｆｃｏｍｐｏｓｉｔｅｃｏａｔｉｎｇｓｗｉｔｈｄｉｆｆｅｒｅｎｔａｖｅｒａｇｅｆａｉｌｕｒｅｓｔｒｅｓｓ珋σｐ

的关系。随着复合涂层不断变形，孔洞形状犠 增

大，然而形状参数犿对孔洞形状增加率的影响不明

显。图３（ｄ）～（ｆ）分别为颗粒平均破坏应力珋σ
ｐ对复

合涂层应力应变、孔洞含量以及孔洞形状的影响。由

图３可 知，损伤参数珋σｐ对复合涂层整个变形过程影

响都非常大。随着珋σｐ增大，孔洞破坏率相对降低，孔

洞含量减少［见图３（ｅ）］，从而导致涂层拉伸汇聚延

后，硬化效应更加明显［见图３（ｄ）］。因此，增大颗

粒平均破坏应力珋σ
ｐ 有助于提高涂层的强度。由

图３（ｆ）可知，珋σｐ对孔洞的形状增加率影响不大。

图４（ａ）、（ｂ）分别为初始孔洞含量犳０ 对复合涂

层宏观应变以及拉伸断裂应变ε犳 的影响。由图可

知，随着初始孔洞含量的提高，屈服强度不断降低，

复合涂层的软化效应更加明显。初始孔洞对拉伸断

裂应变影响比较大，初始孔洞体积由０增加到１０％

时，拉伸断裂应变从０．０８减少到０．０２．因此减少制

备过程引入的气孔，对于提高复合涂层强度有显著

的意义。图４（ｃ）、（ｄ）为初始孔洞形状比犠０ 对复合

涂层宏观应力以及拉伸断裂应变ε犳 的影响。初始

孔洞形状比犠０ 的提高，增强了屈服强度以及复合

涂层的硬化效应。由（１３）式可以看出，当初始孔洞

含量一定时，孔洞形状加大，由颗粒断裂形成的等效

孔洞密度相应减少，因此宏观应变硬化效应更加明

显。由（１１）式可得，当初始孔洞分布与孔洞密度不

变时，孔洞形状比的加大增加了初始孔洞相对间距

χ，造成复合涂层汇聚延后。对于复合涂层材料，币

状孔洞比球形孔洞更容易造成材料的损伤破坏。

图４（ｅ）、（ｆ）为初始孔洞分布λ０ 对复合涂层宏观应

力应变以及拉伸断裂应变ε犳 的影响。由图可知，初

始孔洞分布λ０ 对复合涂层的宏观应力应变影响很
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小，但对拉伸断裂应变ε犳 影响较大。初始孔洞分布

λ０ 从１／６增加到６，拉伸断裂应变ε犳 从０．２１减少到

０．００６。初始孔洞分布的方向垂直于孔洞汇聚的方

向，因此增大汇聚方向上的孔洞间距有助于提高复

合涂层强度。

图４ 不同初始孔洞含量犳０ 下复合涂层（ａ）应力应变曲线；（ｂ）拉伸断裂应变ε犳 的变化。不同初始孔洞形状比犠０ 下复合

涂层（ｃ）应力应变曲线；（ｄ）拉伸断裂应变ε犳。不同初始孔洞分布λ０ 下，复合涂层的（ｅ）应力应变曲线；（ｆ）拉伸断裂

　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　　应变ε犳 的变化

Ｆｉｇ．４ Ｖａｒｉａｔｉｏｎｏｆ（ａ）ｓｔｒｅｓｓｓｔｒａｉｎｃｕｒｖｅ；（ｂ）ｔｅｎｓｉｌｅｆｒａｃｔｕｒｅｓｔｒａｉｎε犳ｏｆｃｏｍｐｏｓｉｔｅｃｏａｔｉｎｇｓｗｉｔｈｄｉｆｆｅｒｅｎｔｖｏｌｕｍｅｏｆｔｈｅ

ｉｎｉｔｉａｌｖｏｉｄｓ犳０．Ｖａｒｉａｔｉｏｎｏｆ（ｃ）ｓｔｒｅｓｓｓｔｒａｉｎｃｕｒｖｅ；（ｄ）ｔｅｎｓｉｌｅｆｒａｃｔｕｒｅｓｔｒａｉｎε犳ｏｆｃｏｍｐｏｓｉｔｅｃｏａｔｉｎｇｓｗｉｔｈｄｉｆｆｅｒｅｎｔ

ｉｎｉｔｉａｌｖｏｉｄｒａｔｉｏ犠０．Ｖａｒｉａｔｉｏｎｏｆ（ｅ）ｓｔｒｅｓｓｓｔｒａｉｎｃｕｒｖｅ；（ｆ）ｔｅｎｓｉｌｅｆｒａｃｔｕｒｅＳｔｒａｉｎε犳ｏｆｃｏｍｐｏｓｉｔｅｃｏａｔｉｎｇｓｗｉｔｈ

　　　　　　　　　　　　　　　　　ｄｉｆｆｅｒｅｎｔｉｎｉｔｉａｌｖｏｉｄｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎλ０

　　图５为犿 ＝５，珋σｐ ＝３σ
０
狔，犠０ ＝１，犠狆 ＝１／６，

犳０ ＝０．０２，δ＝０．５，λ０＝１．０时，颗粒体积分数狏ｐ对

复合涂层宏观应变以及拉伸断裂应变ε犳 的影响。由

图５可知，随着颗粒体积分数的提高，复合涂层的屈

服强度增加，硬化效应也更加明显，但是拉伸断裂应

变ε犳 相对降低。由于颗粒体积分数的提高，颗粒应

力加大，虽然一定程度上加大了屈服强度，然而颗粒

的破坏率也相应提高，涂层内部孔洞形核位置以及

含量增加，从而导致复合涂层提早进入孔洞汇聚断

裂阶段。因此合理配置颗粒体积分数对于防止复合

涂层的破坏有重要的意义。

３．２　数值模拟与实验结果比较

为了验证该模型在实际材料中损伤破坏预测的

可靠性，这里对微观损伤数值模拟预测与实验结

果［４］相比较。实验材料为激光熔覆 Ｈ１３ＴｉＣ复合

涂层，由浙江工业大学激光加工中心提供，具体实验

过程参看文献［４］。ＴｉＣ的性能为颗粒力学性能，激

光熔覆下纯 Ｈ１３的性能为基体的力学性能，已在

３．１节给出。ＴｉＣ颗粒体积分数为１５％和２２％，实

验测得激光熔覆初始孔洞比接近１，因此犠０＝１。

单轴拉伸过程中的扫描电镜（ＳＥＭ）照片显示，体积

分数为１５％的复合涂层，其孔洞分布接近于１；体积

０２０３００３６
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图５ 不同颗粒体积分数狏ｐ 下复合涂层（ａ）应力应变曲线和（ｂ）拉伸断裂应变ε犳 的变化

Ｆｉｇ．５ Ｖａｒｉａｔｉｏｎｏｆ（ａ）ｓｔｒｅｓｓｓｔｒａｉｎｃｕｒｖｅａｎｄ（ｂ）ｔｅｎｓｉｌｅｆｒａｃｔｕｒｅｓｔｒａｉｎε犳ｏｆｃｏｍｐｏｓｉｔｅｃｏａｔｉｎｇｓｗｉｔｈ

ｄｉｆｆｅｒｅｎｔｐａｒｔｉｃｌｅｖｏｌｕｍｅｆｒａｃｔｉｏｎ狏ｐ

分数为２２％的复合涂层，初始孔洞分布接近１．２，这

里分布方向垂直于孔洞汇聚方向。由排水法测得体

积分数为 １５％ 的复合涂层其初始孔洞密度为

２．８％，体积分数为２２％的复合涂层的初始孔洞密

度为５．１％。颗粒损伤破坏主要表现为颗粒的断裂，

其方向与加载方向一致，产生一条非常细小的孔隙，

这里取犠ｐ＝０．０２，具体参数如表１所示。

表１ 单轴拉伸实验参数

Ｔａｂｌｅ１ Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌｐａｒａｍｅｔｅｒｓｏｆｕｎｉａｘｉａｌｔｅｎｓｉｏｎ

Ｈ１３ＴｉＣｃｏｍｐｏｓｉｔｅ σ
０
狔／ＭＰａ 狀 犿 珋σｐ／ＧＰａ 犳０／％ 狏ｐ 犠０ 犠Ｐ λ０ δ

１５％（ＴｉＣ） ６１０ ０．６５ ３．０ ２．２ ２．８ ０．１５ １．０ ０．０２ １．０ ０．５

２２％（ＴｉＣ） ６１０ ０．６５ ３．０ ２．２ ５．１ ０．２２ １．０ ０．０２ １．２ ０．５

　　图６为ＴｉＣ颗粒体积分数分别为１５％和２２％

的激光熔覆 Ｈ１３ＴｉＣ复合涂层微观损伤理论数值

模拟与单轴拉伸实验结果比较。由图６可知，应力

应变曲线模拟与实验结果吻合较好。然而，对于拉

伸断裂应变，数值模拟结果稍微偏大，ＴｉＣ体积分数

为１５％与２２％的拉伸断裂应变最大误差分别约为

３７．７％与４６．８％。从前期实验
［４］ＳＥＭ 照片中看

出，激光熔覆过程产生的初始孔洞具有一定的团簇

性，且实验过程中颗粒体积分数越高，产生的初始孔

洞体积分数犳０ 越高；又由数值模拟结果可知，初始

孔洞间距虽然对复合涂层的应力应变曲线结果影响

较小，但对拉伸断裂应变影响非常显著，因此在复合

涂层的局部会引起汇聚的提前，导致数值模拟与实

验结果形成一定的误差。总体来说，该损伤模型仍

然能够较好地描述颗粒增强复合涂层拉伸力学行

为，反映材料的微观力学特性以及损伤机理。

图６ 颗粒体积分数为（ａ）１５％和（ｂ）２２％的 Ｈ１３ＴｉＣ复合涂层单轴拉伸数值模拟与实验对比

Ｆｉｇ．６ Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎｏｆｓｉｍｕｌａｔｉｏｎａｎｄｅｘｐｅｒｉｍｅｔａｌｒｅｓｕｌｔｓｗｉｔｈｄｉｆｆｅｒｅｎｔｐａｒｔｉｃｌｅｖｏｌｕｍｅｆｒａｃｔｉｏｎｏｆ（ａ）１５％ａｎｄ（ｂ）２２％

４　结　　论

基于微观损伤力学，通过结合 ＧＬＤ微观损伤

模型与 ＭＴ均匀化方法，建立颗粒增强复合涂层材

料损伤破坏的分析模型。该模型主要针对弹性变形

的颗粒以及弹塑性变形的基体，描述复合涂层由制

备过程中引入的初始孔洞以及颗粒破坏对单轴拉伸

应力应变曲线和拉伸断裂应变的影响。另外，把模

型分析与前期的激光熔覆 Ｈ１３ＴｉＣ复合涂层单轴
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拉伸实验进行比较，得到结论如下：

１）数值模拟计算表明，随着承载系数δ的提

高，复合涂层的硬化效应更加明显，然而拉伸断裂应

变ε犳 稍微降低，但不明显；

２）颗粒损伤参数中的颗粒平均破坏应力珋σｐ 对

拉伸应力应变曲线、拉伸断裂应变以及孔洞含量都

有很大的影响。随着颗粒平均破坏应力增大，涂层

内部孔洞含量减少，硬化效应更加明显，拉伸汇聚断

裂延后；

３）随着初始孔洞含量犳０ 的提高以及孔洞形状

比犠０ 的降低，屈服强度不断降低，复合涂层的软化

效应更加明显，而且拉伸断裂应变也相应减小；初始

孔洞分布λ０对拉伸断裂应变ε犳影响较大，增大汇聚

方向上的孔洞间距有助于提高复合涂层强度；

４）增加颗粒体积分数狏ｐ，虽然一定程度上加大

了屈服强度，然而颗粒的破坏率也相应提高，颗粒形

核位置以及孔洞含量增加，从而导致复合涂层提早

进入孔洞汇聚断裂阶段；

５）应力应变曲线理论预测与实验结果基本吻

合，最大拉伸断裂应变则在一定的误差范围内。
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