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研究论文

基于连续体损伤理论的硼钢高温成形极限确定法
1)

唐炳涛 2)

(山东建筑大学力学研究所，济南 250101)

摘要 为了应对节能减排及汽车安全性的双重要求，先进高强钢的开发和应用受到愈来愈高的重视.超高强度

钢板热冲压成形技术是减轻车身重量、提高汽车抗冲击和防撞性能的重要途径，目前已经成为世界汽车制造行

业的热门技术.成形极限是硼钢热冲压成形过程中一个非常重要的表征参数，但由于高温半球形凸模胀形试验

(Nakazima)的复杂性造成实验测试面临诸多困难.针对硼钢热冲压成形过程特点，提出将韧性损伤模型与有限

元数值模拟技术结合起来预测硼钢高温成形极限的方法.在连续体损伤力学基础上，建立了考虑有效应力和等

效塑性应变对微孔损伤影响的勒迈特 (Lemaitre)韧性损伤演化方程，在损伤耗散势函数中引入了等效塑性应变

因子，从而寻找到能够准确反映硼钢在奥氏体状态下的成形特性的勒迈特耗散势函数.选取基于遗传算法的基

于非支配排序的多目标优化算法 (NSGA-II)与有限元分析软件 “FORGETM” 相结合的方法优化韧性损伤模型中

材料的损伤因子，并利用优化后的损伤因子准确预测到板料成形过程的拉伸失稳和断裂现象.将建立的韧性损

伤模型引入到硼钢高温半球形凸模胀形有限元仿真模型中，通过预测的成形极限与实验测定结果的比较，验证

了所提韧性损伤模型预测硼钢高温成形极限的可靠性.
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PREDICTION OF FORMING LIMIT OF BORON STEEL AT ELEVATED

TEMPERATRUE BASED ON CDM THEORY 1)

Tang Bingtao2)

(Institute of Engineering Mechanics，Shandong Jianzhu University，Jinan250101，China)

Abstract To meet the requirement of energy saving and automobile safety, more and more attentions are paid to the

development and application of high strength steels. Hot stamping of ultra high strength steel is an important way to reduce

the weight of body-in-white, improve the anti-impact and anti-collision performance of the vehicle, and has become a hot

technology in the world wide. The forming limit is a very important parameter in boron steel hot stamping process.

Due to the complexity of the Nakazima test at elevated temperature, there are a lot of problems to be solved. In the

paper, the ductile damage model and finite element simulation technology were combined to predict the forming limit of

boron steel at elevated temperature. Based on the continuum damage mechanics (CDM), the Lemaitre ductile damage

model considering the effect of effective stress and effective plastic strain on evolution of microvoid was established.

In order to accurately predict the formability of boron steel at elevated temperature, a modified dissipation potential
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coupling the effect of plastic strain was introduced. Genetic Algorithm-II (NSGA-II) was integrated with finite element

software FORGETM to find the optimized ductile damage parameters. The obtained damage parameters can accurately

predict the sheet instability and fracture behaviour in tensile test. The established ductile damage model is introduced

in the simulation of Nakazima test with boron steel. The comparison between the predicted forming limit and that of

experiment witnesses the reliability of the forming limit prediction at high temperature using the proposed ductile damage

model.

Key words hot stamping，forming limit，Nakazima test，damage model，boron steel

引 言

热冲压成形技术，是将硼钢钢板 (初始强度为

500∼600 MPa)加热至奥氏体化状态，快速转移到模

具中高速冲压成形，在保证一定压力的情况下，制件

在模具中以大于 27◦C/s的冷却速度进行淬火处理，

保压淬火一段时间，以获得具有均匀马氏体组织的

超高强钢零件的成形方式.

硼钢在热冲压过程中，材料内部存在的细观结

构缺陷 (如微裂纹、微孔洞等)会引起材料的损伤，

这种由塑性变形导致的材料损伤会逐渐发展，最终

引发材料的韧性断裂 [1] . 目前对于损伤模型的研究

有唯象法、微观 --细观 --宏观法等. 不同材料及不同

的损伤过程的细观机制非常复杂，难以在力学模型

上对其力学机制进行描述. 有人引入了 “损伤因子”

的概念 [2]，有人在研究金属蠕变断裂时，首次引入

“连续性因子” 和 “有效应力” 的概念 [3] .在耦合型损

伤模型中，损伤变量会对成形零件的机械性能产生

影响，即材料的损伤与材料的性能相互影响.有学者

提出了多孔塑性模型 [4-7]，材料的屈服表面取决于材

料的密度.损伤累积的过程表现为密度损失，反映了

失效断裂前的初始阶段.

成形极限是冲压成形过程中一个非常重要的表

征参数，它反映了冲压加工过程中，板料在塑性失稳

前所能取得的最大变形程度，是各种不同成形工序

能否顺利成形的重要依据. 文献 [8-9]分别用实验方

法建立了成形极限图，广泛应用于生产实践，成为金

属塑性成形工艺分析和模具设计的重要依据. 很多

学者开展了广泛深入的实验研究，但是这不仅需要

繁杂的实验，而且也受到实验条件 (如模具的形状、

尺寸、温度)和测量方法的影响，获得的实验数据一

般比较分散，在一定程度上限制了该方法的推广应

用.随着损伤力学的不断完善，发现大多数金属材料

的失稳和断裂与内部空洞在大塑性变形条件下的形

核、长大及聚集过程密切相关 [10]，一些研究者开始

用损伤的思想和方法来研究金属板料的失稳和断裂

过程，并计算成形极限曲线.有学者以热力学为基础

提出了各向同性的三维塑性损伤模型并将其用于拉

深工艺的成形极限分析 [11]. 在以损伤力学为基础的

成形极限研究中，如何建立更加符合实际的空洞生

长模型和选择什么样的力学参数作为断裂判据成为

关键问题.

本文将韧性损伤模型与有限元数值模拟技术结

合预测硼钢高温成形极限. 在原有的屈服函数和相

关流动法则的基础上计算每一步的应力、应变场，

采用与材料属性耦合的勒迈特韧性损伤模型，利用

优化后的损伤因子准确预测板料成形过程的断裂现

象.根据硼钢热冲压成形的特点，选取裂纹出现作为

成形极限的判断标准 [12]. 本文在连续体损伤力学基

础上，建立了考虑有效应力和等效塑性应变对微孔

损伤影响的勒迈特韧性损伤模型演化方程. 为了准

确反映硼钢在奥氏体状态下的成形特性，通过增加

损伤变量 α，对经典的勒迈特耗散势函数进行了修

正，结合硼钢高温成形特点，寻求一种简单准确的

计算韧性损伤准则中材料损伤因子的方法，将本文

建立的韧性损伤模型引入到硼钢板热冲压有限元数

值模拟中，对硼钢高温凸模胀形实验的成形极限进

行预测，并和实验结果相比较，进而评估所提出来的

韧性损伤模型预测板料成形极限的可靠性.

1 勒迈特损伤模型

1.1 损伤变量

从热力学角度看，损伤变量是表征材料微观结

构改变状态的一种内变量，其物理含义是衡量材料

损伤的程度 [13]. 在变形体内任取一个损伤单元，该

表面的单位法向量为 n，则该处的损伤变量表示为

Dn =
S − S̃

S
(1)

其中，S为损伤单元的截面积, S̃为材料损伤后损伤

单元的有效承载截面积.
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1.2 有效应力

柯西应力表达式为 σ = F/S，其中 F 为作用在

截面上的力，S为截面面积.在勒迈特损伤理论中，

由于材料受到损伤，使有效承载面积变小，因此有效

应力表示为

σ̃ =
F

S̃
(2)

其中，σ̃为有效应力，利用损伤变量和截面面积之间

的关系式 S̃ = S(1− D)，将损伤变量 D引入到式 (2)

中得到新的表达式

σ̃ =
F

S(1− D)
(3)

E = E0 (1− D) (4)

其中，E0为初始杨氏模量. 损伤变量 0 6 D 6 1，当

D = 0时表示材料尚未发生损伤，当 D = 1时表示材

料断裂.

1.3 损伤演化方程

通过严谨的热力学和细观力学分析，勒迈特提

出了等效损伤应力概念 [11]

σD = σeqR
1/2
v (5)

Rv =
2
3

(1 + ν) + 3 (1− 2ν)

(
σm

σeq

)2

(6)

其中，σD为等效损伤应力，σeq =

√
3
2

s : s为米塞斯

(Mises)等效应力，s是偏应力，σm为静水压力，ν为

泊松比.式 (5)由于引入了应力三轴度函数 Rv，从而

表达出了损伤过程的物理机制：损伤受控于静水应

力或应力三轴度，而且受主控塑性变形的等效应力

和主控弹性体积变化的泊松比的影响 [14].

损伤的不可逆耗散功率 Y 与损伤变量 D 关

联 [11]

−Y =
σ2

eq

2E(1− D)2


2
3

(1 + ν) + 3 (1− 2ν)

(
σm

σeq

)2 (7)

研究发现损伤耗散势函数不仅受不可逆耗散功

率 Y的影响，也由塑性应变所影响，因此耗散势函

数是不可逆耗散功率 Y和塑性应变的函数. 各向同

性强化的前提下，耗散势函数包括两部分组成

F = F1

(
σi j ,R,D

)
+ FD (−Y, p,D) (8)

其中，F1是与材料屈服相关的塑性势，FD是与损伤

有关的函数，R是与累积塑性应变 p相关的强化应

力. 弹 (黏) 塑性与损伤相耦合，采用米塞斯屈服准

则，累积塑性应变 p定义为等效塑性应变

p = ε
p
eq =

∫ t

0
ε̇

p
eqdt (9)

从而获得等效塑性应变率

ε̇
p
eq =

√
2
3
ε̇

p
i j ε̇

p
i j (10)

ε̇
p
eq是等效塑性应变率，̇ε

p
i j 是应变率张量的塑性部分.

对于满足米塞斯屈服准则的材料，F1表示为

F1 =
σeq− R

1− D
− σ0 = σ∗eq− σy (11)

其中，σ0是初始屈服极限，σy 是当前屈服应力，表

达为

σy =
R

1− D
+ σ0 (12)

根据塑性流动法则，获得本构方程和损伤演化

规律

ε̇
p
i j = λ̇

∂F1

∂σi j
=

λ̇

1− D

3σ′i j
2σeq

(13)

ṗ = λ̇
∂F1

∂ (−R)
=

λ̇

1− D
(14)

Ḋ = λ̇
∂FD

∂ (−Y)
(15)

由式 (9)和 (14)得知

λ̇ = (1− D) ε̇p
eq (16)

式 (8) 中的 FD 是勒迈特提出的与损伤有关的耗散

势，并认为在塑性和损伤均为各向同性的情况下，

其为 −Y的非线性函数，ε̇p
eq(式 (16))

FD =
S0

(b + 1)
1

(1− D)

(−Y
S0

)b+1

(17)

结合式 (15)，由此得到损伤演化方程为

Ḋ =

(
− Y

S0

)b

ε̇
p
eq =

(
− Y

S0

)b
λ̇

1− D
(18)

其中 S0和 b属于材料的损伤参数，其值与应变速率

及温度大小有关，且当 ε̇
p
eq> εD.

当等效塑性应变率小于阈值 εD时，Ḋ = 0.为了

表征宏观断裂，引入损伤临界值 Dc，当损伤值 D =

Dc时，令 D = 1，模拟材料发生断裂.

在热冲压工艺中，硼钢 22MnB5基本是处于奥氏

体状态下成形的，因此在高温下具有优良的成形性

能.大量的 “GLEEBLE” 热模拟拉伸实验结果表明，



第 1 期 唐炳涛等：基于连续体损伤理论的硼钢高温成形极限确定法 149

在较高温度下进行拉伸实验获得的力 --位移曲线变

化更为平缓，表明材料有更好的塑性变形能力，材

料的断裂随着塑性应变能力的增加而延迟. 如果采

用式 (17)的损伤相关耗散势无法准确描述材料的损

伤演化规律.为了准确反映硼钢在奥氏体状态下的成

形特性，对经典的勒迈特损伤模型进行修正，通过增

加损伤变量 α，对勒迈特耗散势函数进行修正

FD =
S0

(b + 1) (1− D)

(−Y
S0

)b+1( 1
ε̄p

)α
(19)

由此

Ḋ = λ̇
∂FD

∂Y
=

(
− Y

S0

)b
λ̇

1− D

(
1
ε̄p

)α
(20)

杨氏模量及泊松比与温度相关 [15]. 在勒迈特损

伤模型中，需要确定的参数有 εD，S0，b，α和 Dc.本

文将采用优化算法确定参数的数值.

2 损伤模型优化

2.1 “GLEEBLE” 热模拟拉伸试验

利用 “GLEEBLE” 热模拟实验机获得拉伸试样

在一定条件下的力 --位移关系曲线，据此优化勒迈

特损伤模型. 试样形状如图 1所示. 试样材料为带

铝 --硅镀层的硼钢 22MnB5，材料成分见表 1 [16]. 实

验在 “GLEEBLE-1500”热模拟试验机上进行加热、拉

伸及冷却.温度的测控采用 K型镍/铬--镍热电偶，应

变的测量采用 “ARAMIS” 光学应变测量系统.如图 1

所示，为了记录温度沿试样长度方向的分布规律，4

个热电偶按图示的位置焊接好.

图 2为沿试样长度方向热电偶记录的温度分布

曲线，可见在试样中央 15 mm范围之内可以保障温

度均匀分布.

表 1 22MnB5试样成分

Table 1 Composition analysis of 22MnB5 steels (mass fraction)

%

C Si Mn Cr Ni Mo V B

0.23 0.25 1.35 0.19 0.028 0.04 0.004 0.003 2

图 1 试样形状及尺寸

Fig. 1 Schematic sketch and dimensions of tensile specimen

(a)实验测量值

(a) Experiment data

(b)数值模型初始值

(b) Simulated value

图 2 试样在热拉伸前的温度分布

Fig. 2 Temperature distribution before tensile test

2.2 汉森--斯皮特尔 (Hensel--Spittel)本构模型

为了准确描述硼钢在高温下塑性流动规律，采

用汉森 --斯皮特尔本构模型 [17] 来描述应力 --应变关

系曲线.

σ = Aem1Tεm2ε̇m3em4/ε(1 + ε)m5T ·

em7εε̇m8TTm9 (21)

其中，σ 是流动应力，ε 是等效应变，ε̇ 是等效应变

速率.利用非线性回归算法，根据热拉伸实验数据获

得汉森--斯皮特尔模型各参数值如表 2所示.

图 3显示汉森--斯皮特尔模型与实验结果.

表 2 汉森--斯皮特尔模型各参数值

Table 2 Values of Hensel--Spittel constitutive parameters

A m1 m2 m3 m4

21 266 -0.001 74 0.343 08 -0.048 19 -0.000 54

m5 m7 m8 m9

0.000 69 -0.891 74 0.000 20 -0.370 80
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(a) ε̇ = 0.1 s−1

(b) ε̇ = 1 s−1

图 3 汉森--斯皮特尔模型与实验结果对比

Fig. 3 Comparison between the 22MnB5 experimental data and fitted

ones through the Hensel--Spittel model

2.3 优化过程

采用反向分析法，将数值模拟结果与实验结果

进行比对，同时修改各损伤变量值，直至比对结果

满足要求.具体优化步骤：

(1)定义损伤变量 εD，S0，b，α和 Dc;

(2)选取优化算法 ——基于遗传算法的多目标

优化算法 NSGA-II [18];

(3)有限元分析软件《FORGETM》模拟;

(4)执行实验和模拟获得的力--位移曲线比较程

序;

(5)评估实验数据与模拟结果的相似度;

(6)修改损伤变量值返回步骤 (2)直至 (5)获得

满足.

优化目标函数 ϕ 采用式 (22)，表示实验值与模

拟值的差别

ϕ =

∑

i

[(
yexp

i − ynum
i

)2
(xi − xi−1)

]

∑

i

[(
yexp

i

)2
(xi − xi−1)

] (22)

其中，y表示拉深力，x表示拉深方向的位移，i表示

第 i 个数据点，yexp为实验测定拉深力值，ynum是模

拟计算拉深力值.

当优化过程结束后，获得所需的损伤变量值，

如表 3所示，其中损伤发生的阈值 εD取值 0.01.

表 3 优化后的损伤值

Table 3 Values of damage parameters after optimization

S0 b Dc α εD

0.989 0.312 0.773 0.01 0.01

图 4(a)显示的是采用优化的损伤模型有限元模

拟获得的试样断面与实验结果的对比，断面的几何

形状吻合，符合韧性断裂特征.图 4(b)为两种情况下

的位移--力曲线对比，可见模拟结果与实验结果高度

吻合，较为真实地反映了试样拉伸过程由于损伤演

化引起试样局部颈缩而导致的力曲线急剧下降过程.

(a)

(b)

图 4 有限元模拟结果与实验结果的比对

Fig. 4 Comparison between the experimental data and the

simulation results
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3 损伤模型的验证

为了测得硼钢在高温状态下的成形极限，在凸

模胀形实验中需要将实验模具 (包括凸模、凹模、压

边圈)加热到指定温度，每种情况反复三次实验，费

时费力. 本节采用优化后的勒迈特损伤模型来预测

硼钢热冲压成形极限，并与实验结果进行了比对.

3.1 高温凸模胀形试验

图 5为开发的高温凸模胀形试验装置，实验过

程：

(1)利用电阻式加热棒将模具 (包括凸模、凹模、

压边圈)加热至指定温度，并在整个实验过程中保持

恒温.本实验选取实验温度为 600◦C为例说明；

(2)利用感性线圈将硼钢试样加热至 900◦C，并

保温 2∼3 min至充分奥氏体化；

(3)利用安装在凹模面上的高压喷嘴将加热的硼

钢试样快速 (> 50◦C)冷却至 600◦C，确保冷却过程没

有相变发生 (奥氏体状态)[19]；

(4)凸模以 10 mm/s的速度进行拉深涨形，直至

硼钢试样发生开裂 (拉深力突然下降，停机).

图 5 凸模胀形试验装置

Fig. 5 Nakazima test experimental apparatus

3.2 高温凸模胀形实验成形极限曲线预测

根据实验装置及实验步骤，建立了数值仿真模

型. 试样被离散为四结点四面体单元，为了保证损

伤模型的可靠性，变形区最小单元的尺寸与模型优

化时的单轴拉伸模拟一样 (0.4 mm).其他刚性区的单

元边长取较大值 (4 mm)以提高计算效率，过渡区单

元的尺寸取中间值 (1 mm). 为了计算凸模与硼钢试

样之间的传热，凸模认为是可变形体，并用 9 981个

4结点四面体单元进行离散.凹模及压边圈不考虑与

硼钢试样的传热及自身的变形，近似认为是刚体，

因而采用三角形面单元进行离散. 整个成形过程模

具的单元网格大小不变，而硼钢试样的网格则采用

自适应网格重划分技术 [20].

以 200×200双向等拉试样为例，由于模型的对

称性，取 1/4部分为研究对象，如图 6(a)所示. 试样

被离散为 32 714个四面体单元，并分别在 X轴和 Y

轴施加对称约束. 为了保证计算精度的前提下提高

计算效率，变形区的单元最小边长为 0.4 mm，压边

圈周围的刚性区单元边长最小为 4 mm，过渡区单元

的大小为 1 mm.通过红外热成像系统测量拉伸试样

的感应加热过程加热温度及拉伸之前试样初始温度

分布情况. 测量获得的温度分布导入数值仿真模型

最为初始边界条件，如图 6(b)所示.

(a)数值模型

(a) Numerical model

(b)初始温度分布

(b) Initial temperature distribution

图 6 高温凸模双向等拉实验 (1/4部分)

Fig. 6 Nakazima test in case of biaxial tensile experiment (one quarter)
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硼钢所采用汉森 --斯皮特尔本构模型中各参数

的取值见表 2，损伤模型中各参数的取值见表 3.

图 7所示为试样拉裂后的有限元模型 (利用后

处理镜像功能获得其他 3/4部分). 数值模拟过程显

示，裂纹起始于凸模圆角区域，然后沿环向迅速扩

展，待裂纹汇合后沿垂直于环向的方向扩展直至凸

模停止运动.

图 7 高温凸模双向等拉实验拉裂后的数值模型

Fig. 7 Numerical fracture site of Nakazima test in case of biaxial

tensile experiment

图 8 为 3.1 节中高温凸模双向等拉实验获得

的等拉实验样件，可见与压边圈贴合的部位没有变

形，与球形凸模接触的区域变形剧烈，验证了高温凸

模胀形数值模型中初始网格分布的合理性. 图 7中

模拟的裂纹扩展路径与图 8试样断裂结果高度吻合.

为了进一步验证所采用勒迈特损伤模型的可靠性，

将模拟和实验获得的力--位移曲线进行比较，如图 9

所示. 采用优化后的损伤因子，勒迈特损伤模型可

以较为准确地预测高温凸模胀形实验中力 --位移变

化规律，尤其是损伤断裂阶段力的急剧下降过程，

吻合较好.由此可见，本文采用的勒迈特损伤模型能

够较为准确地描述硼钢在高温条件下的变形规律，

预测成性缺陷及损伤断裂过程.

图 8 高温凸模双向等拉实验拉裂试样

Fig. 8 Experimental fracture site of Nakazima test in case of biaxial

tensile experiment

图 9 凸模胀形试验中力--位移曲线对比

Fig. 9 Comparison between experimental and numerical

load-displacement curves in Nakazima test

据此，可以根据数值模拟结果来获取硼钢热冲

压成形的成形极限图 (FLD).图 10所示为高温凸模胀

形实验及采用数值方法获得的成形极限图. 其中依

据金属薄板材和带材成形极限曲线的测定标准 ISO

12004[21] 测定的实验数据作为硼钢高温屈服判定依

据.在数值模拟中，针对 3个不同尺寸试样，当某单

元的等效应力达到该温度及应变速率下的屈服应力

时，获取到该单元的最大主应变和最小主应变，如

图 10中的空心圆圈所示，从而获得高温屈服极限图

(标记为 FLD-ISO 12004).同理，当某单元的损伤值

D达到临界损伤值 (0.773)时，获取到该单元的最大

主应变和最小主应变，如图 10中的实心圆圈所示，

从而获得高温断裂极限图 (标记为 FLD--- 断裂). 从

获得的两种成形极限图分别与高温凸模胀形实验结

果 (实心和空心方格)对比可见，通过数值模拟方法,

图 10 模拟与实验获得的成形极限曲线

Fig. 10 Comparison between experimental and numerically predicted

FLCs at necking and fracture
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利用优化的勒迈特损伤模型可以获得较为理想的成

形极限图预测，为预测硼钢在高温状态下成形极限

提供有益参考.

4 结 论

(1) 推导了勒迈特韧性损伤模型的损伤演化方

程，为了准确反映硼钢在奥氏体状态下的成形特

性，通过增加损伤变量 α，对经典的勒迈特耗散势函

数进行了修正.提出在勒迈特损伤模型中，需要确定

的参数有 εD，S0，b，α和 Dc.

(2)提出了将韧性损伤模型与有限元数值模拟技

术结合起来确定勒迈特损伤模型. 依据 “GLEEBLE”

热模拟拉伸实验获得的数据，利用优化算法获得与

损伤有关的各参数 εD，S0，b，α和 Dc的值.并利用

汉森 --斯皮特尔本构模型准确描述了硼钢在高温下

塑性流动规律.

(3)在数值模型中采用优化后的损伤变量，发现

勒迈特损伤模型可以较为准确地预测高温凸模胀形

实验中力--位移变化规律，尤其是损伤断裂阶段力的

急剧下降过程，能够较为准确地描述硼钢在高温条

件下的变形规律，预测成性缺陷及损伤断裂过程.通

过数值模拟结果与高温凸模胀形实验数据的对比可

知，利用优化的勒迈特损伤模型可以获得较为理想

的成形极限预测图，为预测硼钢在高温状态下成形

极限提供有益参考.
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