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摘　 要:为了解决工程上在评估深潜器耐压壳体安全可靠性时不考虑拉压蠕变破坏机理产生的差异,会导致较大

计算误差问题,本文提出了适用于室温蠕变的蠕变损伤本构模型。 通过分析钛合金材料蠕变特性,考虑了室温环

境下位错堆积造成的蠕变阻力,并且位错堆积的现象与时间有关。 基于微分自洽法提出了适用于室温环境下的钛

合金蠕变本构模型,得到受压情况下 TC4ELI 的相关材料参数,并将该模型用 USDFLD 和 CREEP 子程序进行定义。
研究表明:对于受压结构而言,使用通过拉伸蠕变实验得到的本构模型的计算结果会过于保守,对于含 V 型缺口平

板受压时等效蠕变应变的相对误差为 168. 20%。 本文所提出的模型适用于环肋耐压壳结构的蠕变损伤分析。
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Abstract:In
 

creep
 

damage
 

mechanisms,
 

differences
 

in
 

compression
 

and
 

tension
 

are
 

often
 

ignored
 

when
 

evaluating
 

the
 

safety
 

and
 

reliability
 

of
 

submersible
 

pressure
 

shells.
 

This
 

oversight
 

may
 

lead
 

to
 

large
 

errors.
 

The
 

creep
 

proper-
ties

 

of
 

titanium
 

alloy
 

materials
 

are
 

analyzed,
 

and
 

the
 

creep
 

resistance
 

caused
 

by
 

dislocation
 

accumulation
 

at
 

room
 

temperature
 

is
 

considered.
 

In
 

addition,
 

dislocation
 

accumulation
 

is
 

time
 

dependent.
 

A
 

creep
 

constitutive
 

model
 

of
 

titanium
 

alloy
 

applicable
 

to
 

a
 

room
 

temperature
 

environment
 

is
 

proposed
 

on
 

the
 

basis
 

of
 

the
 

differential
 

self-adjoint
 

method.
 

Thereby,
 

the
 

material
 

parameters
 

of
 

titanium
 

alloy
 

under
 

compression
 

conditions
 

are
 

obtained,
 

and
 

the
 

model
 

is
 

defined
 

using
 

USDFLD
 

and
 

CREEP
 

subroutine.
 

The
 

results
 

show
 

that
 

for
 

the
 

compression
 

structure,
 

using
 

the
 

constitutive
 

model
 

obtained
 

through
 

the
 

tensile
 

creep
 

experiment
 

leads
 

to
 

a
 

conservative
 

outcome.
 

The
 

relative
 

error
 

of
 

the
 

equivalent
 

creep
 

strain
 

is
 

168. 20%
 

for
 

a
 

plate
 

with
 

V-notch.
 

The
 

proposed
 

model
 

is
 

applicable
 

to
 

the
 

creep
 

damage
 

analysis
 

of
 

ring-ribbed
 

pressure
 

shell
 

structures.
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　 　 钛合金具有密度低、比强度高、耐腐蚀、低磁性 以及高透声系数等特性[1] ,被广泛用作深潜器耐压

壳的主要材料。 目前国内外作业型载人深潜器的工

作作业时间主要集中在 4 ~ 12
 

h,下潜深度为 4
 

500 ~
7

 

000 m[2] 。 随着深海科学研究和深海资源开发等

领域的发展,对耐压壳的作业时间和下潜深度的要
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求不断提高。 早在 20 世纪 70 年代,Odegard 等[3-4]

发现 TC4 材料在室温下的存在明显的蠕变现象。
钛合金耐压壳在深海高压环境下发生不可逆的蠕变

变形,尤其是开口、过渡等结构局部几何不连续区

域。 因此,研究钛合金室温高压环境下的蠕变行为

很有必要。
连续损伤力学 ( continuous

 

damage
 

mechanics,
CDM)是一种基于连续介质假设来研究材料在外部

载荷作用下逐渐劣化直至失效的方法,通过在本构

方程中引入损伤变量来度量材料的劣化程度,基于

实验或者微观力学建立损伤演化方程演示累积[5] 。
自从 Kachanov[7-8]引入“连续度”的概念描述蠕变损

伤对材料的劣化影响[6] ,CDM 已经成为研究蠕变破

坏的主流方法之一。
深潜器在服役期间受到超高静水压力作用,绝

大多数区域的应力处于受压状态,目前已有的高温

情况下蠕变损伤评估方法主要针对拉伸载荷,并且

所采用的模型根据单轴拉伸蠕变实验得到。 而实际

上大部分材料拉伸和压缩所表现出来的蠕变行为不

一致[9] 。 因此,对于耐压壳这类绝大部分区域处于

压缩应力状态的结构,拉伸蠕变本构模型的计算结

果过于保守。 另外,目前已有的蠕变损伤本构模型

主要针对高温情况,还没有基于连续损伤力学理论

提出相应的室温蠕变损伤本构模型。 为了准确地计

算深海结构的蠕变损伤响应,有必要建立适用于受

压情况下的室温蠕变损伤本构模型。
本文首先根据钛合金材料室温蠕变的特点,基

于微分自洽法提出了钛合金材料室温蠕变损伤本构

模型,并基于现有实验数据对压缩载荷作用下的参

数进行拟合。 通过 V 型缺口板数值模拟,并对环肋

耐压壳进行了分析,验证本文所提出模型的工程适

用性。

1　 蠕变损伤本构模型

　 　 常温下蠕变应变主要是由于位错累积运动和微

孔洞造成,微孔洞通常在晶界上产生[10] 。 本文基于

以下假设推导与损伤耦合的蠕变本构方程[11] :
1)加载方式为比例加载,在整个蠕变过程中主

应力方向不变;
2)

 

微孔洞只会出现在法线与第 1 主应力方向

相同的平面;
3)

 

与整体应力水平相比,孔洞面上的法向应力

为一小量,即忽略微裂纹表面的拉应力;
4)

 

忽略微裂纹之间的相互影响;
5)

 

材料的蠕变行为服从 Norton 律。
根据蠕变势理论,蠕变应变率 ε·c

ij 可由应力势函

数 Φ 对应力张量 σij 求导得到:

ε·c
ij = ∂Φ / ∂σij (1)

　 　 在没有微裂纹的情况下,总应力势能函数为[11] :

Φ0 =
σ0ε

·
0

n + 1
σeq

σ0
( )

n+1

(2)

式中: σ0 为参考应力,通常与屈服强度一个数量级;
ε·0 为参考最小蠕变应变率; σeq = 3SijSij / 2( ) 1 / 2 为等

效应力;Si j 为应力偏量;n 为材料参数。
在无限大的材料内存在一外法线 x2,与远场的

第 1 主应力 σ 1 方向相同,且 d 为币状微裂纹直径,
如图 1 所示。

图 1　 币状裂纹模型

Fig. 1　 Penny-shaped
 

crack
 

model

单个微裂纹对整体应力势能函数的贡献为[11] :

Φ1 = 4σ0ε
·

0
d
2( )

3

1 + 3
n( )

-1 / 2 σeq

σ0
( )

n+1 σ1

σeq
( )

2

(3)
　 　 忽略微裂纹直接的相互影响作用,N 个间距较

大的币状微裂纹材料的总体势函数为:
Φ = Φ0 + NΦ1 (4)

　 　 外力作用下,蠕变首先出现在最容易发生滑移

的晶粒处,之后载荷会重分配到附近稳定性较差的

晶粒。 晶粒的滑移有限,因此蠕变应变率逐渐降低。
TC4 钛合金 α+β 双相钛合金,在不同相的边界上存

在诸如内部屏障、内势垒等的蠕变阻力,在室温环境

下没有足够的能量突破阻力[12-14] ,在宏观上表现为

蠕变应变率不断减小甚至接近 0,这种现象在压缩

载荷下更加明显。 考虑到这种位错堆积的现象与时

间有关,在室温下势函数为:
Φ = Φ0 + f( t)NΦ1 (5)

式中 f( t) = αt 为与时间相关的函数。 同时蠕变第 1
阶段的位错堆积程度小,因此可以认为其对室温蠕

变的影响主要在第 2 阶段。 若假设稳态阶段蠕变应

变与时间成线性关系,考虑位错堆积对蠕变应变的

影响也主要体现在稳态蠕变阶段:
f( t) = αt (6)

式中 α 为引入的材料参数,与应力有关,势函数Φ 为:

Φ =
σ0ε

·
0

n + 1
σeq

σ0
( )

n+1

1 + ρ
σ1

σeq
( )

2

αt{ } (7)

式中 ρ 为微裂纹密度,可以表示为:
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ρ = (n + 1)d3N
2 1 + 3 / n

(8)

　 　 将式(7)代入式(1),蠕变应变率张量为:

ε·c
ij =

3Aσn-1
eq

2
Sij +

ραt
n + 1 (n - 1)Sij

σ1

σeq
( )

2

+
4σ1mij

3
é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú }{
(9)

式中: A =ε·0 / σn
0 , mij 当且仅当 i、j 同时取 1 时等于

1,否则为 0。
单轴应力状态下式(9)退化为[15] :

ε·c =ε·c
s + ρε·c

sαt (10)
式中 ε·c

s = Aσ n
eq。

对微裂纹密度 ρ 微分可得:
δε·c =ε·c

sαtδρ (11)
　 　 对于微裂纹密度及蠕变应变率控制的含损伤材

料,如果微裂纹密度增加 δρ, 蠕变应变率必定增加

δε·c, 使用 ε·c 代替 ε·c 可得:
δε·c =ε·cαtδρ (12)

　 　 式(12)描述了蠕变应变率的行为,结合边界条

件 ε·c
ρ = 0 =ε·c

s, 求解该一阶线性常微分方程可得:
ε·c =ε·c

s eραt (13)
　 　 将其推广到三维形式:

ε·c
ij =

3
2
Aσn-1

eq Sijeραt (14)

　 　 考虑蠕变第 1 阶段[7] ,采用时间硬化模型,则
式(14)变为:

ε·c
ij =

3
2
Aσn-1

eq Sijeραt tm (15)

　 　 包含币状微裂纹的圆柱形晶胞模型如图 2 所

示,晶胞直径和高度为 D。

图 2　 含币状微裂纹晶胞模型示意

Fig. 2　 Cell
 

model
 

with
 

coin-like
 

microcracks

使用微裂纹面积与晶胞截面积的比值表示

损伤:

ω = π(d / 2) 2

π(D / 2) 2
= d2

D2 (16)

　 　 单位体积内微裂纹的数量为:

N = 1
Dπ(D / 2) 2

= 4
πD3 (17)

　 　 则微裂纹密度可以用损伤表示为:

ρ = 2(n + 1)
π 1 + 3 / n

ω3 / 2 (18)

　 　 将式(18)代入式(15)中,最终得到与损伤耦合

的蠕变本构方程:

ε·c
ij =

3
2
Aσn-1

eq Sijexp αt 2(n + 1)
π 1 + 3 / n

ω3 / 2é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú
tm(19)

　 　 从式(19)可以看出,当 α<0 时,蠕变应变率随

着时间推移逐渐衰减至 0。
当损伤为零时,式(19)退化为:

ε·c
ij =

3
2
Aσn-1

eq Sij tm (20)

　 　 退化结果与经典的时间硬化模型一致。
损伤演化方程是蠕变损伤模型中另一个重要的

组成部分,其中常用于数值计算的是基于应变的损

伤演化方程。
该模型是基于延性耗竭理论提出的,该理论将

产生蠕变损伤处的微元等效为一系列单轴试样,当
局部微元累积的蠕变应变达到阈值后完全损伤[16] 。
损伤累积模型为:

ω· = ε·c
eq / ε∗

f (21)
式中: ε∗

f 为多轴蠕变断裂应变; ε·c
eq 为等效蠕变应

变率。
使用多轴蠕变延性因子 EMCDF 建立单轴蠕变断

裂应变和多轴蠕变断裂应变之间的关系。 目前已经

提出了多种多轴蠕变延性因子模型,但具体哪一种

最优尚无定论。 目前主流的模型为[7,17-20] :

EMCDF =
ε∗
f

εf

= exp 0. 5 - 1. 5
σm

σeq
( ) (22)

EMCDF =
sinh 2

3
n - 0. 5
n + 0. 5( )é

ë
êê

ù

û
úú

sinh 2 n - 0. 5
n + 0. 5( )

σm

σeq

é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú

(23)

EMCDF = exp 0. 15 1 -
σ1

σeq
( ) +é

ë
ê
ê 1. 25 0. 5 - 1. 5

σm

σeq
( ) ù

û
ú
ú

(24)

EMCDF = 2(1-3σm / σeq) (25)

EMCDF =
exp 2

3
n - 0. 5
n + 0. 5( )é

ë
êê

ù

û
úú

exp 2 n - 0. 5
n + 0. 5( )

σm

σeq

é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú

(26)

　 　 综合比较几个典型的多轴延性因子,式(26)模

型更适合有限元计算,并且具有明确的物理意义,因
此本文选择该模型作为多轴蠕变延性因子。

2　 蠕变损伤本构模型参数拟合

　 　 王雷等[21]对室温环境下 TC4ELI 材料进行了压

缩蠕变试验,使用其试验数据拟合本文所提出本构

模型的参数。 在材料蠕变的初始阶段,损伤很小,式

·446·
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(19)可简化为式(20) 时间硬化率模型。 因此,A、
m、n 可以通过蠕变初始阶段的单轴试验数据拟合得

到。 为便于拟合,对式(20) 进行积分,同时考虑初

始蠕变应变为 0,将其化为蠕变应变的方程为:

εc = A
m + 1

σn
eq tm

+1 (27)

　 　 基于 4 种应力水平 ( 0. 8RPC0. 2, 0. 85RPC0. 2,
0. 9RPC0. 2,1. 1RPC0. 2 ) 下的蠕变曲线初始段,全局拟

合得到参数 A、m、n 的值,如图 3 所示。 拟合得到 A
为 1. 287

 

7 × 10-13
  

MPa-nh-m, m 为 - 0. 632
 

3, n 为

3. 162
 

5。

图 3　 TC4ELI 钛合金蠕变第 1 阶段拟合曲线

Fig. 3　 Fitted
 

curves
 

in
 

primary
 

creep
 

for
 

TC4ELI
 

titani-
um

 

alloy

通过基于有限元的逆向反法推初步确定对应应
力下的 α,结果如表 1 所示。

表 1　 α的初步确定

Table
 

1　 The
 

preliminary
 

determination
 

of
 

α
σ / RPC0. 2 α / h-1

1. 1 -1. 0
0. 9 -3. 9

0. 85 -4. 5
0. 8 -5. 0

　 　 绘制如图 4 所示的 α-应力散点图,经观察发
现,α 与应力之间近似呈线性关系,可以表示为:

α = α1
σ

Rpc0. 2

+ α2 (28)

式中 Rpc0. 2 为规定非比例压缩强度,对于 TC4ELI 材

料而言为 992. 5
 

MPa。 线性拟合得到 α1 为 13. 37
 

h-1,
α2 为-15. 78

 

h-1。
根据上述确定的参数,拟合得到图 5 所示室温

环境下 TC4ELI 的压缩蠕变曲线。 相对误差情况如
图 6 所示,可以发现,除去初始阶段因为蠕变应变较
小而造成相对误差过大外,拟合结果与试验结果之

间的相对误差 S 范围为-10%≤S≤10%,说明本文

所提出的蠕变损伤本构模型可以很好地描述室温环

境下钛合金的压缩蠕变行为。

图 4　
 

α与应力之间的关系

Fig. 4　 The
 

relationship
 

between
 

α
 

and
 

stress

图 5　 TC4ELI 钛合金蠕变曲线

Fig. 5　 Creep
 

curves
 

of
 

TC4ELI
 

titanium
 

alloy

图 6　 TC4ELI 蠕变应变误差分析

Fig. 6　 TC4ELI
 

creep
 

strain
 

error
 

analysis

3　 蠕变损伤数值模拟与讨论

　 　 本文基于蠕变损伤本构关系和蠕变损伤演化方

程,建立了结构损伤演化速率和蠕变应变场之间对

应关系,并通过有限元软件 ABAQUS 计算受压结构

的损伤演化累积过程。 由于材料损伤劣化引起单元

刚度阵衰减等问题,具有较强的非线性。 通过选择

合适的结构刚度阵迭代方法和适度的步长,保证蠕
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变过程在非线性有限元计算过程中的收敛性。 使用

USDFLD 和 CREEP 子程序,将以上损伤本构关系与

损伤演化方程编入计算模块,实现在蠕变载荷下结

构各单元损伤累积过程,同时实现随着损伤演化,材
料性能不断劣化的过程。

室温受压蠕变损伤本构模型如式(19)、(21)、
(26)所示,相关参数如表 2 所示。

表 2　 受压模型材料参数

Table
 

2　 Material
 

parameters
 

of
 

compression
 

model

弹性模 E / MPa 1. 21×105

泊松比 ν 0. 34
A / (MPa-nh-m) 1. 287

 

7×10-13

m -0. 632
 

3
n 3. 162

 

5
α / h-1 13. 373

 

5σeq / RPC0. 2 -15. 778
 

3
εf / % 12. 0

　 　 进行对比时所选取的室温受拉蠕变应变本构模

型为[23] :

εc
ij = 3

2
α1 ln(α2 t + 1) + α3 t

σeq
Sij (29)

其中:

αi = Aiσ
ni
eq (30)

　 　 损伤演化模型仍然基于延性耗竭理论,多轴延

性因子采用不需要额外参数的 Manjoine 模型[20] ,如
式(25)所示。

3. 1　 含 V 型缺口平板受压蠕变模拟

　 　 以 85
 

mm×50
 

mm 的含 V 型缺口平板为例[24] ,
说明采用拉伸模型与本文所提出的压缩模型的不

同,如图 7 所示。 右侧受到 150
 

MPa 的压力,左侧刚

固,加载 300
 

h。 缺口附近存在应力集中,改处为蠕

变应变和蠕变损伤累积的主要区域,重点分析虚线

框内的区域。 该区域网格尺寸为 0. 2
 

mm,采用四节

点平面应力单元。

图 7　 含 V 型缺口平板受压模型

Fig. 7　 V-notch
 

flat
 

plate
 

under
 

pressure
 

model

采用拉伸蠕变损伤本构模型和压缩蠕变损伤本

构模型计算得到的等效应力云图、等效蠕变应变云

图以及损伤云图分别如图 8 ~ 10 所示。 应力集中处

的数值如表 3 所示,使用根据拉伸蠕变实验得到的

相关蠕变损伤本构模型来模拟受压结构会导致计算

结果过于保守,其中等效蠕变应变的相对误差高达

168. 20%。

图 8　 加载 300
 

h 等效应力云图

Fig. 8　 Equivalent
 

creep
 

strain
 

contour
 

plots
 

at
 

300
 

h
表 3　 拉伸、压缩模型数值结果对比

Table
 

3 　 Comparison
 

of
 

numerical
 

results
 

of
 

tension
 

and
 

compression
 

models

场变量
等效应力 /

MPa
等效蠕变

应变 / %
损伤

拉伸模型 738. 505 0. 870 2. 527×10-2

压缩模型 837. 188 0. 324 1. 664×10-2

相对误差 / (%) -11. 79 168. 20 51. 86

　 　 图 11 为应力集中处等效应力、等效蠕变应变以

及损伤随时间的变化曲线,从图 11 可以看出,在初

始时刻蠕变应变速率很大,一方面是因为模型中蠕

变第 1 阶段初始时刻的蠕变应变速率最大;另一方

面是因为初始时刻应力水平很高。 随着时间增加,
蠕变应变速率不断减少并趋于平稳,并未发生破坏,
这是因为室温蠕变不存在第 3 阶段,不会出现失稳

现象。 根据延性耗竭理论,蠕变损伤的演化也呈现

相同的趋势,损伤达到一定值后就基本不增加或增

加速率很小。 同时,因为蠕变应变以及损伤的联合

作用,应力发生重分配,缺口处应力迅速降低,并且

因为损伤最终趋于稳定,裂尖处的单元仍具有较大

的承载能力,应力最后并不会衰减至 0,而是趋于

稳定。
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图 9　 加载 300
 

h 等效蠕变应变云图

Fig. 9　 equivalent
 

creep
 

strain
 

contour
 

plots
 

at
 

300
 

h

图 10　 加载 300
 

h 损伤云图

Fig. 10　 Damage
 

contour
 

plots
 

at
 

300
 

h

图 11　 算例 1 应力集中处物理量变化情况

Fig. 11 　 Change
 

of
 

physical
 

quantities
 

of
 

example
 

1
 

at
 

stress
 

concentration

　 　 除此之外,通过对比不同模型的计算结果也可

以发现,根据拉伸蠕变实验得到的相关蠕变损伤本

构模型会过分地高估等效蠕变应变、蠕变损伤以及

等效应力的演化情况。
3. 2　 环肋耐压壳受压蠕变模拟

　 　 以环肋耐压壳结构为例,说明本文所提出模型

的工程适用性。 几何模型如图 12 所示,该结构长 L
为 2

 

148
 

mm,半径 R 为 550
 

mm,板厚 k 为 14
 

mm,环
肋 T 型材尺寸为 81

 

mm×40
 

mm×8
 

mm×14
 

mm。 作

业深度为 4 km,外部压强 P 为 40
 

MPa。 考虑其对
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称性,建立 1 / 8 有限元模型,相应对称面上节点施加

对称边界条件。 局部有限元网格如图 13 所示,网格

尺寸为 4
 

mm,总单元数为 341
 

220。

图 12　 耐压壳结构

Fig. 12　 Pressure
 

shell
 

structure

图 13　 1 / 8 模型网格示意

Fig. 13　 FE
 

mesh
 

of
 

the
 

1 / 8
 

model

首先进行静力分析,得到的等效应力云图应力

如图 14 所示,内壳环肋处应力水平最高,该处在外

部静水压力作用下处于受压的应力状态。 首部球形

壳处应力水平较低,根据式(19)可知,应力水平较

低的区域蠕变应变率以及损伤演化速率都较慢,因
此,对计算模型进行简化以提升计算效率,将首部球

形壳等效为均布压力:

P
~ = PπR2

2πRk
= 40 × 550

2 × 14
= 786

 

MPa (31)

图 14　 1 / 8 模型等效应力云图

Fig. 14　 Equivalent
 

stress
 

distribution
 

of
 

1 / 8
 

model
 

　 　 计算得到的等效应力云图如图 15 所示,应力集
中处结果如表 4 所示。 从表中可以看出,以 1 / 8 模型
的计算结果作为参考值,2 种模型应力集中处的计算
结果误差仅为 1. 98%,而单元数减少了将近 1 / 2,因此
后续采用简化模型进行蠕变损伤的相关分析。

保持外部压强为 40
 

MPa,300
 

h 后的等效应力云
图、等效蠕变应变云图以及损伤云图分别如图 16 所

示。 从图中可以看出,因为内壳环肋处等效应力最

大,因此该处蠕变应变率也最大,在 300 h 时,等效

蠕变应变达到 1. 056%。 根据延性耗竭理论,该处

损伤也最大,在 300
 

h 时,损伤达到 0. 021。

图 15　 简化模型等效应力云图

Fig. 15　 Equivalent
 

stress
 

distribution
 

of
 

simplified
 

model
 

表 4　 2 种模型结果对比

Table
 

4　 Comparison
 

of
 

results
 

between
 

the
 

two
 

models

模型 单元数 计算结果 / MPa 相对误差 / %

1 / 8 模型 341
 

220 1
 

215 —

简化模型 196
 

504 1
 

239 1. 98

图 16　 加载 300
 

h 后各物理量分布情况

Fig. 16　 The
 

distribution
 

of
 

each
 

physical
 

quantity
 

at
 

300
 

h
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　 　 初始应力水平最高处的各物理量演化情况如图

17 所示。 从图中可以看出,因为损伤会导致材料劣

化,丧失承载能力,该处的等效应力会逐渐衰减,
TC4 钛合金 α+β 双相钛合金,在不同相的边界上存

在诸如内部屏障、内势垒等的蠕变阻力,在室温环境

下没有足够的能量突破阻力[12-14] ,蠕变应变率和损

伤演化速率会随着时间推移速率逐渐减少。

图 17　 环肋耐压壳应力集中处物理量变化情况

Fig. 17　 Change
 

of
 

physical
 

quantities
 

of
 

ring-stiffened
 

cir-
cular

 

cylindrical
 

shell
 

at
 

stress
 

concentration

在实际工程结构中应力状态更加复杂,无法简

单的定义拉压,因此需要建立考虑拉压不同的各向

异性蠕变损伤本构模型以及相关的计算方法。

4　 结论

　 　 1)针对单轴压缩蠕变实验,除去初始数值较小

而导致的相对误差较大外,本文所提出蠕变损伤本

构模型的计算结果与试验数据相对误差均小于

10%,本文模型能准确地模拟钛合金材料室温压缩

蠕变行为。
2)对于受压结构而言,使用基于拉伸实验得到

的蠕变损伤本构模型会使得计算结果过于保守,本
文所提出的模型能更准确地计算钛合金受压结构室

温蠕变下的相关力学响应。
3)环肋耐压壳结构的内壳环肋处应力水平最

高,此处蠕变应变及蠕变损伤累计速率最快,蠕变应

变率和损伤演化速率会随着时间推移速率逐渐

减少。
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