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ｒａｔｃｈｅｔｉｎｇ ｂｅｈａｖｉｏｒ ｉｎ ｌｏａｄ⁃ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ＳＰＴＬＣＦ ｕｎｄｅｒ ａ
ｓｔｒｅｓｓ ｒａｔｉｏ ｏｆ ０． １． Ｌｅｖｅｒａｇｉｎｇ ｔｈｒｅｅ ｅｓｔａｂｌｉｓｈｅｄ ｌｉｆｅ
ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎ ｍｏｄｅｌｓ—Ｇｅｒｂｅｒ， Ｇｏｏｄｍａｎ， ａｎｄ Ｓｍｉｔｈ⁃
Ｗａｔｓｏｎ⁃Ｔｏｐｐｅｒ—ｔｈｅｙ ｐｒｏｐｏｓｅｄ ｎｅｗ ｄａｍａｇｅ
ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｔｏ ｃｏｒｒｅｌａｔｅ ｒａｔｃｈｅｔｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔｓ ｉｎ ＳＰＴＬＣＦ

ｗｉｔｈ ｕｎｉａｘｉａｌ ｆａｔｉｇｕｅ ｔｅｓｔ ｒｅｓｕｌｔｓ．
Ｃｕｒｒｅｎｔｌｙ， ｍｏｓｔ ＳＰＴＬＣＦ ｍｅｔｈｏｄｓ ｆｏｃｕｓ ｏｎ ｌｏａｄ⁃

ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ， ｗｉｔｈ ｌｉｆｅ ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎｓ ｌａｒｇｅｌｙ
ｄｅｐｅｎｄｅｎｔ ｏｎ ｕｎｉａｘｉａｌ ｄａｔａ ａｎｄ ｌａｃｋｉｎｇ ｒｉｇｏｒｏｕｓ
ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｆｏｕｎｄａｔｉｏｎｓ． Ｍｏｒｅｏｖｅｒ， ｔｈｅ ｉｍｐｌｅｍｅｎｔａｔｉｏｎ
ｏｆ ｓｔｒａｉｎ⁃ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ＳＰＴＬＣＦ ｓｔｉｌｌ ｆａｃｅｓ ｃｒｉｔｉｃａｌ ｌｉｍｉｔａｔｉｏｎｓ．

Ｔｏ ａｄｄｒｅｓｓ ｔｈｅ ｒｅｓｅａｒｃｈ ｇａｐ ｉｎ ｓｔｒａｉｎ⁃ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ
·２·



Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｈａｒｂｉｎ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ （Ｎｅｗ Ｓｅｒｉｅｓ）

ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ ｔｅｓｔｉｎｇ ｆｏｒ ｌｏｗ⁃ｃｙｃｌｅ ｆａｔｉｇｕｅ， ｔｈｉｓ ｓｔｕｄｙ
ｄｅｓｉｇｎｅｄ ａ ｄｉｓｃ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｗｉｔｈ ａ ｃｅｎｔｅｒ ｈｏｌｅ （Ｄｉｓｃｃｈ）
ｃａｐａｂｌｅ ｏｆ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ⁃ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ （ ｉ． ｅ．， ｓｔｒａｉｎ⁃
ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ） ｌｏａｄｉｎｇ， ａｌｏｎｇ ｗｉｔｈ ａ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ
ｃｌａｍｐｉｎｇ ｓｙｓｔｅｍ． Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｅｎｅｒｇｙ ｄｅｎｓｉｔｙ
ｅｑｕｉｖａｌｅｎｃｅ ｐｒｉｎｃｉｐｌｅ ａｎｄ ｖａｌｉｄａｔｅｄ ｂｙ ＦＥＡ， ａ
ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｆｒａｍｅｗｏｒｋ ｗａｓ ｅｓｔａｂｌｉｓｈｅｄ ｃｏｍｐｒｉｓｉｎｇ：
（ １ ） ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｍｏｄｅｌｓ ｆｏｒ ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｎｄ
ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐｓ， ａｎｄ （２） ａ ｓｅｍｉ⁃ａｎａｌｙｔｉｃａｌ
ｍｏｄｅｌ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｚｉｎｇ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｆｉｅｌｄｓ ａｎｄ ｍａｘｉｍｕｍ
ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｖａｌｕｅｓ． Ｔｈｅ ｆｒａｍｅｗｏｒｋ ｗａｓ ｃａｌｉｂｒａｔｅｄ ａｎｄ
ｖａｌｉｄａｔｅｄ ｔｈｒｏｕｇｈ ＦＥＡ． Ｆｕｒｔｈｅｒｍｏｒｅ， ｎｏｖｅｌ ｍｅｔｈｏｄｓ
ｗｅｒｅ ｐｒｏｐｏｓｅｄ ｆｏｒ ｏｂｔａｉｎｉｎｇ ｍａｔｅｒｉａｌ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｒｅｓｓ⁃
ｓｔｒａｉｎ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐｓ ａｎｄ ｉｍｐｌｅｍｅｎｔｉｎｇ ｓｔｒａｉｎ⁃ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ
ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ ｆａｔｉｇｕｅ ｔｅｓｔｉｎｇ． Ｔｈｅ ｒｅｌｉａｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ｔｈｅｓｅ
ｍｅｔｈｏｄｓ ｗａｓ ｃｏｎｆｉｒｍｅｄ ｖｉａ ｃｏｍｐａｒａｔｉｖｅ ａｎａｌｙｓｉｓ
ｂｅｔｗｅｅｎ ｃｙｃｌｉｃ ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ ｔｅｓｔｓ ｏｎ Ｐ９１ ａｎｄ ３１６Ｌ
ｍａｔｅｒｉａｌｓ ａｎｄ ｓｔａｎｄａｒｄ ｕｎｉａｘｉａｌ ｔｅｓｔ ｒｅｓｕｌｔｓ．

１　 Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔ Ｓｅｔｕｐ

１．１　 Ｆｉｎｉｔｅ Ｅｌｅｍｅｎｔ Ａｎａｌｙｓｉｓ Ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ
　 　 Ｔｈｅ ｓｃｈｅｍａｔｉｃ ｉｌｌｕｓｔｒａｔｉｏｎ ｉｎ Ｆｉｇ．１ ｄｅｐｉｃｔｓ ｔｈｅ
Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ａｎｄ ｔｈｅ ａｓｓｏｃｉａｔｅｄ ＳＰＴＬＣＦ ｔｅｓｔ ｓｅｔｕｐ．
Ｔｈｅ ｃｒｉｔｉｃａｌ ｇｅｏｍｅｔｒｉｃａｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ａｒｅ ｄｅｆｉｎｅｄ ａｓ
ｆｏｌｌｏｗｓ： Ｒｄ ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ ｉｎｎｅｒ ｄｉａｍｅｔｅｒ ｏｆ ｔｈｅ ｃｅｎｔｒａｌ
ａｐｅｒｔｕｒｅ ｉｎ ｔｈｅ ａｎｎｕｌａｒ ｓｐｅｃｉｍｅｎ， ｒ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔｓ ｔｈｅ

ｒａｄｉａｌ ｄｉｓｔａｎｃｅ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｐｕｎｃｈ ｃｌａｍｐｉｎｇ
ｉｎｔｅｒｆａｃｅ， Ｂ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｓ ｔｏ ｔｈｅ ａｘｉａｌ ｔｈｉｃｋｎｅｓｓ ｏｆ ｔｈｅ
ｓｐｅｃｉｍｅｎ， ａｎｄ Ｌ ｓｐｅｃｉｆｉｅｓ ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅ ｃｌａｍｐｉｎｇ
ｌｅｎｇｔｈ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｐｕｎｃｈ ｔｅｒｍｉｎａｔｉｏｎ ｐｏｉｎｔ ａｎｄ ｔｈｅ
ｓｐｅｃｉｍｅｎ⁃ｇｒｉｐｐｉｎｇ ｒｅｇｉｏｎ． Ｉｔ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｎｏｔｅｄ ｔｈａｔ ｂｏｔｈ
ｕｐｐｅｒ ａｎｄ ｌｏｗｅｒ ｆｉｘｔｕｒｅｓ ｍａｉｎｔａｉｎ ｉｄｅｎｔｉｃａｌ ｐｕｎｃｈｉｎｇ
ｃｏｎｆｉｇｕｒａｔｉｏｎｓ， ｅｎｓｕｒｉｎｇ ｓｙｍｍｅｔｒｉｃａｌ ｌｏａｄｉｎｇ
ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ｄｕｒｉｎｇ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｏｐｅｒａｔｉｏｎｓ．

Ａｓ ｈｉｇｈｌｉｇｈｔｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｒｅｄ ｂｏｘ ｉｎ Ｆｉｇ．１， ｔｈｅ
ｃｌａｍｐｉｎｇ ｅｎｄ ｂｅｈａｖｅｓ ｉｎ ａｎａｌｏｇｏｕｓ ｔｏ ａ ｃａｎｔｉｌｅｖｅｒ
ｂｅａｍ． Ｓｔｒｅｓｓ ａｎａｌｙｓｉｓ ｒｅｖｅａｌｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｓｕｐｐｏｒｔｅｄ
ｒｅｇｉｏｎｓ ｏｎ ｔｈｅ ｕｐｐｅｒ ａｎｄ ｌｏｗｅｒ ｓｕｒｆａｃｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｆｉｘｅｄ
ｅｎｄ ａｒｅ ｄｏｍｉｎａｔｅｄ ｂｙ ｎｏｒｍａｌ ｓｔｒｅｓｓ： ｔｈｅ ｕｐｐｅｒ ｓｕｒｆａｃｅ
ｉｓ ｓｕｂｊｅｃｔｅｄ ｔｏ ｍａｘｉｍｕｍ ｔｅｎｓｉｌｅ ｓｔｒｅｓｓ， ｗｈｉｌｅ ｔｈｅ
ｌｏｗｅｒ ｓｕｒｆａｃｅ ｅｘｐｅｒｉｅｎｃｅｓ ｍａｘｉｍｕｍ ｃｏｍｐｒｅｓｓｉｖｅ
ｓｔｒｅｓｓ， ｂｏｔｈ ｏｆ ｅｑｕａｌ ｍａｇｎｉｔｕｄｅ． Ｎｅａｒ ｔｈｅ ｆｉｘｅｄ ｅｎｄ，
ｔｈｅ ｓｈｅａｒ ｓｔｒｅｓｓ ｃｏｍｐｏｎｅｎｔ ｂｅｃｏｍｅｓ ｎｅｇｌｉｇｉｂｌｅ，
ｒｅｎｄｅｒｉｎｇ ｔｈｅ ｖｏｎ Ｍｉｓｅｓ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ｅｑｕａｌ ｉｎ
ｍａｇｎｉｔｕｄｅ ｔｏ ｔｈｅ ｐｒｉｎｃｉｐａｌ ｓｔｒｅｓｓ． Ｔｈｉｓ ｕｎｉａｘｉａｌ ｓｔｒｅｓｓ
ｓｔａｔｅ ｐｒｏｖｉｄｅｓ ａ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｂａｓｉｓ ｆｏｒ ｅｍｐｌｏｙｉｎｇ ｔｈｅ
ｌｏｃａｌ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｍｅｔｈｏｄ ｔｏ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅ ｔｈｅ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ
ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅｓ ｕｎｄｅｒ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｅａｄｙ⁃ｓｔａｔｅ
ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ． Ｍｏｒｅｏｖｅｒ， ｄｕｒｉｎｇ ｃｙｃｌｉｃ ｌｏａｄｉｎｇ， ｔｈｅ
ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｅｎｄ ｉｎ ｃｏｎｔａｃｔ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｐｕｎｃｈ ｕｎｄｅｒｇｏｅｓ
ｕｎｉａｘｉａｌ ｐｒｏｐｏｒｔｉｏｎａｌ ｌｏａｄｉｎｇ， ａｎｄ ｔｈｅ ｓｔｒｅｓｓ ｅｖｏｌｕｔｉｏｎ
ａｔ ｔｈｅ ｃｒｉｔｉｃａｌ ｆａｉｌｕｒｅ ｐｏｉｎｔ ｅｘｈｉｂｉｔｓ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ
ｆｅａｔｕｒｅｓ ｏｆ ｕｎｉａｘｉａｌ ｌｏａｄｉｎｇ．

Ｆｉｇ．１　 Ｓｃｈｅｍａｔｉｃ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ａｎｄ ＳＰＴＬＣＦ ｆｉｘｔｕｒｅ ｓｙｓｔｅｍ

　 　 ＦＥＡ ｗａｓ ｃｏｎｄｕｃｔｅｄ ｉｎ ＡＮＳＹＳ １９．２ ｔｏ ｓｉｍｕｌａｔｅ
ｔｈｅ ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ ｒｅｓｐｏｎｓｅ ｏｆ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｕｎｄｅｒ
ｍｏｎｏｔｏｎｉｃ ｌｏａｄｉｎｇ． Ｔｈｅ ｍａｔｅｒｉａｌ ｗａｓ ｍｏｄｅｌｅｄ ａｓ
ｈｏｍｏｇｅｎｅｏｕｓ， ｉｓｏｔｒｏｐｉｃ， ａｎｄ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ａｎ ｉｓｏｔｒｏｐｉｃ
ｈａｒｄｅｎｉｎｇ ｒｕｌｅ， ｗｉｔｈ ａ Ｐｏｉｓｓｏｎ’ ｓ ｒａｔｉｏ ｏｆ ０． ３． Ｔｈｅ
ｍｅｓｈ ｗａｓ ｄｉｓｃｒｅｔｉｚｅｄ ｕｓｉｎｇ ＰＬＡＮＥ １８２ ｅｌｅｍｅｎｔｓ，
ｓｅｌｅｃｔｅｄ ｆｏｒ ｔｈｅｉｒ ｓｕｉｔａｂｉｌｉｔｙ ｉｎ ａｘｉｓｙｍｍｅｔｒｉｃ
ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎｓ． Ｔｏ ａｃｃｕｒａｔｅｌｙ ｒｅｓｏｌｖｅ ｓｔｒｅｓｓ ｃｏｎｃｅｎｔｒａｔｉｏｎｓ
ａｎｄ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｇｒａｄｉｅｎｔｓ， ｌｏｃａｌ ｍｅｓｈ ｒｅｆｉｎｅｍｅｎｔ ｗａｓ
ａｐｐｌｉｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｃｏｎｔａｃｔ ｒｅｇｉｏｎｓ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｓｐｅｃｉｍｅｎ

ａｎｄ ｔｈｅ ｐｕｎｃｈ． Ｔｈｅ ｐｕｎｃｈ ｒｏｄ ｗａｓ ｍｏｄｅｌｅｄ ａｓ ａ ｒｉｇｉｄ
ｂｏｄｙ ｗｉｔｈ ＴＡＲＧＥ １６９ ｅｌｅｍｅｎｔｓ， ａｎｄ ｔｈｅ ｃｏｎｔａｃｔ
ｉｎｔｅｒｆａｃｅｓ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ａｎｄ ｔｈｅ ｕｐｐｅｒ
ａｎｄ ｌｏｗｅｒ ｆｉｘｔｕｒｅｓ ｗｅｒｅ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔｅｄ ｕｓｉｎｇ ＣＯＮＴＡ
１７２ ｆｌｅｘｉｂｌｅ ｃｏｎｔａｃｔ ｅｌｅｍｅｎｔｓ， ｆｏｒｍｉｎｇ ｃｏｎｔａｃｔ ｐａｉｒｓ ｔｏ
ｓｉｍｕｌａｔｅ ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ ｉｎｔｅｒａｃｔｉｏｎ． Ｂｏｕｎｄａｒｙ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ
ｗｅｒｅ ａｓｓｉｇｎｅｄ ｔｏ ｒｅｐｌｉｃａｔｅ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｃｏｎｓｔｒａｉｎｔｓ：
ａｘｉｓｙｍｍｅｔｒｉｃ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ｗｅｒｅ ａｐｐｌｉｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ｌｅｆｔ ａｎｄ
ｂｏｔｔｏｍ ｅｄｇｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｍｏｄｅｌ， ｗｈｉｌｅ ｔｈｅ ｕｐｐｅｒ ａｎｄ ｌｏｗｅｒ
ｆｉｘｔｕｒｅｓ ｗｅｒｅ ｆｕｌｌｙ ｆｉｘｅｄ （Ｘ ＝ ０， Ｙ ＝ ０） ｔｏ ｍｉｍｉｃ
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ｃｌａｍｐｉｎｇ． Ａ ｆｒｉｃｔｉｏｎ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｏｆ ０．１５ ｗａｓ ｄｅｆｉｎｅｄ ａｔ
ｔｈｅ ｐｕｎｃｈ⁃ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｃｏｎｔａｃｔ ｉｎｔｅｒｆａｃｅ ｔｏ ａｃｃｏｕｎｔ ｆｏｒ

ｓｕｒｆａｃｅ ｉｎｔｅｒａｃｔｉｏｎｓ． Ｔｈｅ ｍｅｓｈ ｃｏｎｆｉｇｕｒａｔｉｏｎ ｒｅｓｕｌｔ ｉｓ
ｄｅｐｉｃｔｅｄ ｉｎ Ｆｉｇ．２．

Ｆｉｇ．２　 Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｓｙｍｍｅｔｒｉｃ ｍｅｓｈ ｍｏｄｅｌ

　 　 Ｔｏ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｅ ｔｈｅ ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｍｅｓｈ ｄｅｎｓｉｔｙ ｏｎ
ＦＥＡ ｒｅｓｕｌｔｓ ａｎｄ ｔｏ ｅｓｔａｂｌｉｓｈ ａｎ ｏｐｔｉｍａｌ ｍｅｓｈ
ｃｏｎｆｉｇｕｒａｔｉｏｎ ｔｈａｔ ｅｎｓｕｒｅｓ ｃｏｍｐｕｔａｔｉｏｎａｌ ｃｏｎｖｅｒｇｅｎｃｅ，
ａ ｃｏｍｐｒｅｈｅｎｓｉｖｅ ｆｉｎｉｔｅ ｅｌｅｍｅｎｔ ａｎａｌｙｓｉｓ ｗａｓ
ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ｏｎ Ｈ⁃ｌａｗ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ
ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ： Ｙｏｕｎｇ􀆳ｓ ｍｏｄｕｌｕｓ Ｅ ＝ ２００
ＧＰａ， Ｈａｒｄｅｎｉｎｇ ｉｎｄｅｘ ｎ ＝ ０．２， ａｎｄ ｙｉｅｌｄ ｓｔｒｅｎｇｔｈ σｙ

＝ ４００ ＭＰａ． Ｆｉｇ． ３ ｐｒｅｓｅｎｔｓ ｔｈｅ ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ

ｒｅｓｐｏｎｓｅｓ ａｎｄ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎｓ ｕｎｄｅｒ
ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｍｅｓｈ ｄｅｎｓｉｔｉｅｓ， ｓｈｏｗｉｎｇ ｃｏｎｖｅｒｇｅｄ ｒｅｓｕｌｔｓ
ｆｏｒ ｄｅｎｓｉｔｉｅｓ ｏｆ １， ２， ａｎｄ ４． Ｔｏ ｏｐｔｉｍｉｚｅ
ｃｏｍｐｕｔａｔｉｏｎａｌ ｅｆｆｉｃｉｅｎｃｙ ｗｈｉｌｅ ｍａｉｎｔａｉｎｉｎｇ ｓｏｌｕｔｉｏｎ
ａｃｃｕｒａｃｙ ａｎｄ ｅｎａｂｌｉｎｇ ｈｉｇｈ⁃ｒｅｓｏｌｕｔｉｏｎ ｃｏｎｔｏｕｒ ｐｌｏｔ
ａｎａｌｙｓｉｓ， ａ ｍｅｓｈ ｄｅｎｓｉｔｙ ｏｆ ２ ｗａｓ ｓｅｌｅｃｔｅｄ ｆｏｒ ｄｅｔａｉｌｅｄ
ａｎａｌｙｓｉｓ， ｃｏｍｐｒｉｓｉｎｇ ａ ｔｏｔａｌ ｏｆ ３６３８４ ｅｌｅｍｅｎｔｓ．

Ｆｉｇ．３　 Ｉｎｆｌｕｅｎｃｅ ｏｆ ｇｒｉｄ ｄｅｎｓｉｔｙ ｏｎ ＦＥＡ ｒｅｓｕｌｔｓ

１．２　 Ｔｅｓｔ Ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ
　 　 Ｔｈｅ ｇｅｏｍｅｔｒｉｃ ｄｉｍｅｎｓｉｏｎｓ ｏｆ ｓａｍｐｌｅ ａｎｄ ｐｕｎｃｈ
ｅｎｄ ａｒｅ ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｄ ｉｎ Ｆｉｇ． ４． Ａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ． ４（ａ），
ｔｈｅ ｃｅｎｔｒａｌ⁃ｈｏｌｅ ｄｉｓｃ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｈａｓ ａｎ ｉｎｎｅｒ ｄｉａｍｅｔｅｒ
ｏｆ ２ ｍｍ， ａｎ ｏｕｔｅｒ ｄｉａｍｅｔｅｒ ｏｆ １４ ｍｍ， ａｎｄ ａ
ｔｈｉｃｋｎｅｓｓ ｏｆ ０．５ ｍｍ． Ｆｉｇ．４（ｂ） ｐｒｅｓｅｎｔｓ ｔｈｅ
ｄｉｍｅｎｓｉｏｎａｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｔｈｅ ｐｕｎｃｈ ｅｎｄ
ｃｏｎｆｉｇｕｒａｔｉｏｎ． Ｔｈｅ ｃｏｎｔａｃｔ ｓｕｒｆａｃｅｓ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ
ｓｐｅｃｉｍｅｎ ａｎｄ ｂｏｔｈ ｔｈｅ ｕｐｐｅｒ ａｎｄ ｌｏｗｅｒ ｐｕｎｃｈｅｓ ｈａｖｅ
ａ ｄｉａｍｅｔｅｒ ｏｆ ５．６ ｍｍ． Ｔｈｅ ｅｄｇｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｎｔａｃｔ

ｒｅｇｉｏｎｓ ａｒｅ ｄｅｓｉｇｎｅｄ ｗｉｔｈ ａ ｆｉｌｌｅｔ ｒａｄｉｕｓ ｏｆ ０．５ ｍｍ
ａｎｄ ａ ｔｒａｎｓｉｔｉｏｎ ｚｏｎｅ ｗｉｄｔｈ ｏｆ ０．２ ｍｍ．
　 　 Ｆｉｇ．５ ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｓ ｔｈｅ ｃｌａｍｐｉｎｇ ｓｙｓｔｅｍ ｆｏｒ ｔｈｅ
ｃｅｎｔｒａｌ⁃ｈｏｌｅ ｄｉｓｃ ｓｐｅｃｉｍｅｎ． Ｔｈｅ ｓｙｓｔｅｍ ｐｒｉｍａｒｉｌｙ
ｃｏｍｐｒｉｓｅｓ ｔｗｏ ａｓｓｅｍｂｌｉｅｓ： １） ａ ｆｉｘｅｄ ｓｔｒｉｐ ｓｅｔ， ｓｈｏｗｎ
ｉｎ Ｆｉｇ． ５ （ａ），ｗｈｉｃｈ ｃｌａｍｐｓ ｔｈｅ ｏｕｔｅｒ ｃｉｒｃｕｍｆｅｒｅｎｔｉａｌ
ｅｄｇｅ ｏｆ ｔｈｅ ｓｐｅｃｉｍｅｎ； ａｎｄ ２） ｕｐｐｅｒ ａｎｄ ｌｏｗｅｒ ｐｕｎｃｈ
ｒｏｄｓ ｃｏｍｂｉｎｅｄ ｗｉｔｈ ａ ｌｏａｄｉｎｇ ｃｏｎｎｅｃｔｏｒ， ｓｈｏｗｎ ｉｎ
Ｆｉｇ． ５ （ｂ）， ｗｈｉｃｈ ｃｌａｍｐ ｔｈｅ ｉｎｎｅｒ ｈｏｌｅ ｅｄｇｅ ｏｆ ｔｈｅ
ｓｐｅｃｉｍｅｎ．
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Ｆｉｇ．４　 Ｇｅｏｍｅｔｒｉｃ ｄｉｍｅｎｓｉｏｎｓ ｏｆ ｓａｍｐｌｅ ａｎｄ ｐｕｎｃｈ ｅｎｄ

　 　 Ｔｈｅ ｏｕｔｅｒ ｃｉｒｃｕｍｆｅｒｅｎｔｉａｌ ｅｄｇｅ ｏｆ ｔｈｅ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ５
ｉｓ ｓｅｃｕｒｅｄ ｗｉｔｈｉｎ ａ ｓａｍｐｌｅ ｃａｖｉｔｙ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｕｐｐｅｒ ３
ａｎｄ ｌｏｗｅｒ ４ ｆｉｘｅｄ ｓｔｒｉｐｓ， ｗｉｔｈ ａ ｒａｄｉａｌ ｃｌａｍｐｉｎｇ ｗｉｄｔｈ
ｏｆ ２ ｍｍ． Ｔｈｅ ｃａｖｉｔｙ ｈａｓ ａ ｄｉａｍｅｔｅｒ ｏｆ １４ ｍｍ ａｎｄ ａ
ｈｅｉｇｈｔ ｏｆ ３ ｍｍ． Ｔｈｅ ａｓｓｅｍｂｌｅｄ ｆｉｘｅｄ ｓｔｒｉｐ ｐａｉｒ ｉｓ
ｉｎｓｅｒｔｅｄ ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｌｏａｄｉｎｇ ｃｏｎｎｅｃｔｏｒ， ｗｈｉｌｅ ｔｈｅ ｕｐｐｅｒ １
ａｎｄ ｌｏｗｅｒ ２ ｐｕｎｃｈ ｒｏｄｓ ｐａｓｓ ｔｈｒｏｕｇｈ ｉｔ． Ｔｈｅ ｏｐｐｏｓｉｎｇ
ｅｎｄｓ ｏｆ ｔｈｅ ｐｕｎｃｈ ｒｏｄｓ ｃｏｎｔａｃｔ ｔｈｅ ｕｐｐｅｒ ａｎｄ ｌｏｗｅｒ
ｓｕｒｆａｃｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｓｐｅｃｉｍｅｎ， ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ， ｃｌａｍｐｉｎｇ ｔｈｅ
ｉｎｎｅｒ ｈｏｌｅ ｐｅｒｉｐｈｅｒｙ ｗｉｔｈ ａ ｒａｄｉａｌ ｗｉｄｔｈ ｏｆ ２ ｍｍ．

Ｔｈｅ ｕｐｐｅｒ ａｎｄ ｌｏｗｅｒ ｐｕｎｃｈ ｒｏｄｓ ａｒｅ ｆａｓｔｅｎｅｄ ｖｉａ
ｔｈｅ ｌｏａｄｉｎｇ ｃｏｎｎｅｃｔｏｒ ６． Ｔｈｅ ｆｉｘｅｄ ｓｔｒｉｐ ｐａｉｒ ｉｓ ｂｏｌｔｅｄ
ｔｏ ｔｈｅ ｌｏｗｅｒ ｃｌａｍｐ ｏｆ ｔｈｅ ｔｅｓｔｉｎｇ ｍａｃｈｉｎｅ ７， ａｎｄ ｔｈｅ
ｕｐｐｅｒ ｐｕｎｃｈ ｒｏｄ ｉｓ ｃｏｎｎｅｃｔｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ｕｐｐｅｒ ｃｌａｍｐ ８ ｔｏ
ａｌｌｏｗ ｖｅｒｔｉｃａｌ ｍｏｖｅｍｅｎｔ． Ｒｅｌａｔｉｖｅ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ
ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｐｕｎｃｈ ｒｏｄｓ ａｎｄ ｔｈｅ ｆｉｘｅｄ ｓｔｒｉｐ ｐａｉｒ
ｉｎｔｒｏｄｕｃｅｓ ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｔ ｂｏｔｈ ｔｈｅ ｉｎｎｅｒ
ｈｏｌｅ ｐｅｒｉｐｈｅｒｙ ａｎｄ ｔｈｅ ｏｕｔｅｒ ｃｉｒｃｕｍｆｅｒｅｎｔｉａｌ ｃｌａｍｐｉｎｇ
ｒｅｇｉｏｎｓ． Ｔｈｉｓ ｓｅｔｕｐ ｅｎａｂｌｅｓ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ⁃ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ
ｃｙｃｌｉｃ ｌｏａｄｉｎｇ ｏｆ ｔｈｅ ｃｅｎｔｒａｌ⁃ｈｏｌｅ ｄｉｓｃ ｓｐｅｃｉｍｅｎ， ｗｉｔｈ
ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｖｅ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｂｙ ａ ｓｔｒａｉｎ
ｅｘｔｅｎｓｏｍｅｔｅｒ ９．

Ｆｉｇ． ５　 Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｃｌａｍｐｉｎｇ ｓｙｓｔｅｍ

　 　 Ｔｏ ｖａｌｉｄａｔｅ ｔｈｅ ｕｎｉｑｕｅｎｅｓｓ ｏｆ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ
ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｆｏｒ ｍｅｔａｌｌｉｃ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｕｎｄｅｒ ｃｙｃｌｉｃａｌｌｙ
ｓｔａｂｌｅ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ａｎｄ ｔｏ ａｓｓｅｓｓ ｔｈｅ ａｐｐｌｉｃａｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ｔｈｅ
ｎｏｖｅｌ ＳＰＴＬＣＦ ｍｅｔｈｏｄ， ａ ｓｅｒｉｅｓ ｏｆ ｍｕｌｔｉ⁃ｓｔａｇｅ
ｓｙｍｍｅｔｒｉｃ ｃｙｃｌｉｃ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ⁃ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ
ｔｅｓｔｓ （ＳＰＴ） ｗｅｒｅ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ｏｎ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ． Ｔｈｅ
ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｒｅｓｕｌｔｓ ｗｅｒｅ ｃｏｍｐａｒｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ
ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ ｓｔａｎｄａｒｄ ｒｏｕｎｄ ｂａｒ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ． Ｔｈｅ
ＳＰＴＬＣＦ ｗｅｒｅ ｃｏｎｄｕｃｔｅｄ ｕｓｉｎｇ ａ Ｇｏｕｙｕａｎ ｔｅｓｔｉｎｇ
ｓｙｓｔｅｍ， ｍａｎｕｆａｃｔｕｒｅｄ ｂｙ Ｃｈｅｎｇｄｕ Ｍｉｎｉａｔｕｒｅ
Ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ Ｔｅｓｔｉｎｇ Ｓｃｉｅｎｃｅ ＆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ Ｃｏ．， Ｌｔｄ．
（ＭＭＴＳ） ． Ｔｈｅ ｌｏａｄ ｓｅｎｓｏｒ ｏｆ ｔｈｅ ｅｑｕｉｐｍｅｎｔ ｈａｓ ａ
ｃａｐａｃｉｔｙ ｏｆ ±５ ｋＮ． Ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｃｏｎｔｒｏｌ ｗａｓ
ａｃｈｉｅｖｅｄ ｕｓｉｎｇ ａｎ ＭＴＳ３２．２９Ｆ⁃３０ ｓｔｒａｉｎ ｅｘｔｅｎｓｏｍｅｔｅｒ

ｗｉｔｈ ａ ｇａｕｇｅ ｌｅｎｇｔｈ ｏｆ ５ ｍｍ ａｎｄ ａ ｒａｎｇｅ ｏｆ －１０％ ｔｏ
３０％． Ａｌｌ ｔｅｓｔｓ ｗｅｒｅ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ｕｎｄｅｒ ａ ｌｏａｄｉｎｇ ｒａｔｉｏ
ｏｆ Ｒ＝ －１．

２　 Ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ Ｍｏｄｅｌ

２．１　 Ｌｏａｄ⁃Ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ Ｍｏｄｅｌ
　 　 Ｔｈｅ ｅｌａｓｔｏｐｌａｓｔｉｃ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｆｏｒ
ｃｏｍｍｏｎｌｙ ｕｓｅｄ ｅｎｇｉｎｅｅｒｉｎｇ ｍｅｔａｌｓ ｉｓ ｆｒｅｑｕｅｎｔｌｙ
ｍｏｄｅｌｅｄ ｂｙ ｔｈｅ Ｈ⁃ｌａｗ ｍｏｄｅｌ， ｅｘｐｒｅｓｓｅｄ ａｓ Ｅｑ．（１） ．

　 　 　 　 　 　 σｅｑ ＝
Ｅ εｅｑ εｅｑ ＜ εｙ

Ｋ εｎ
ｅｑ εｅｑ ≥ εｙ

{ （１）

ｗｈｅｒｅ， εｅｑ ａｎｄ σｅｑ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔ ｔｈｅ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒａｉｎ ａｎｄ
ｓｔｒｅｓｓ， ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ． εｙ ｉｓ ｙｉｅｌｄ ｓｔｒａｉｎ； Ｅ ｄｅｎｏｔｅｓ ｔｈｅ

·５·



Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｈａｒｂｉｎ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ （Ｎｅｗ Ｓｅｒｉｅｓ）

ｅｌａｓｔｉｃ ｍｏｄｕｌｕｓ， ｎ ｉｓ ｔｈｅ ｓｔｒａｉｎ ｈａｒｄｅｎｉｎｇ ｉｎｄｅｘ， ａｎｄ Ｋ
， ｔｈｅ ｓｔｒａｉｎ ｈａｒｄｅｎｉｎｇ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ， ｉｓ ｄｅｆｉｎｅｄ ａｓ Ｋ ＝
Ｅｎσｙ

１－ ｎ ．
Ｆｏｒ ａ ｈｏｍｏｇｅｎｅｏｕｓ ａｎｄ ｉｓｏｔｒｏｐｉｃ ｓｏｌｉｄ ｕｎｄｅｒ

ｕｎｉａｘｉａｌ ｌｏａｄｉｎｇ， ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｍｅｄｉａｎ
ｅｎｅｒｇｙ ｄｅｎｓｉｔｙ ａｎｄ ｔｏｔａｌ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｅｎｅｒｇｙ ｉｓ ｇｉｖｅｎ
ｂｙ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ Ｅｑ．（２） ［２８－２９］，

Ｕ ＝ Ｖｅｆｆ ｕＣ ＝ Ｖｅｆｆ ∫
εｅｑ－Ｃ

０

σｅｑ－Ｃｄ εｅｑ－Ｃ （２）

ｈｅｒｅ， Ｖｅｆｆ ｉｓ ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｖｏｌｕｍｅ， ｕＣ ｔｈｅ
ｅｎｅｒｇｙ ｄｅｎｓｉｔｙ ａｔ ｔｈｅ ｍｉｄｐｏｉｎｔ Ｃ ｏｆ ｔｈｅ ｔｈｅ
ｒｅｐｒｅｓｅｎｔａｔｉｖｅ ｖｏｌｕｍｅ ｅｌｅｍｅｎｔ （ ＲＶＥＣ ）， σｅｑ －Ｃ ｔｈｅ
ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ｏｆ ＲＶＥＣ ｕｎｄｅｒ ｓｐｅｃｉｆｉｃ ｌｏａｄｉｎｇ
ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ， ａｎｄ εｅｑ －Ｃ ｔｈｅ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒａｉｎ ｏｆ ＲＶＥＣ ．

Ｃｏｍｂｉｎｅｄ ｗｉｔｈ ｔｈｅ Ｈ⁃ｌａｗ Ｅｑ．（１） ａｎｄ Ｅｑ．（２），
ｔｈｅ ｓｔｒａｉｎ ｅｎｅｒｇｙ ｄｅｎｓｉｔｙ ｏｆ ＲＶＥＣ ｉｓ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ａｓ
Ｅｑ．（３）：

ＵＣＣ ＝ ∫
εｙ

０

σｅｑ－Ｃｄ εｅｑ－Ｃ ＋ ∫
εｅｑ－Ｃ

εｙ

σｅｑ－Ｃｄ εｅｑ－Ｃ ＝

　 　 　
Ｅｎ σ１－ｎ

ｙ ε１＋ｎ
ｅｑ－ｃ

１ ＋ ｎ
１ － １ － ｎ

２
εｙ

εｅｑ－Ｃ

æ

è
ç

ö

ø
÷

é

ë
ê
ê

１＋ｎ

（３）

Ｕｎｄｅｒ ｌａｒｇｅ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ， εｙ ｉｓ
ｒｅｌａｔｉｖｅｌｙ ｓｍａｌｌ ｃｏｍｐａｒｅｄ ｔｏ εｅｑ－Ｃ， ａｓ ｄｅｍｏｎｓｔｒａｔｅｄ ｉｎ
Ｅｑ．（４） ．

１ － ｎ
２

εｙ

εｅｑ－Ｃ

æ

è
ç

ö

ø
÷

１＋ｎ

≪ １ （４）

Ｓｉｍｐｌｉｆｉｅｓ Ｅｑ．（３） ｉｎｔｏ Ｅｑ．（５） ．

ｕＣ ＝
Ｋ ε１＋ｎ

ｅｑ－Ｃ

１ ＋ ｎ
＝
σｅｑ－Ｃ εｅｑ－Ｃ

１ ＋ ｎ
（５）

Ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｌｏａｄ Ｐ， ｗｈｅｎ ａ ｓｏｌｉｄ
ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｕｎｄｅｒｇｏｅｓ ａ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｈ∗ ａｌｏｎｇ ｔｈｅ
ｌｏａｄｉｎｇ ａｘｉｓ ａｔ ｔｈｅ ｌｏａｄｅｄ ｐｏｓｉｔｉｏｎ， ｂｏｔｈ Ｖ∗ ａｎｄ εｅｑ－Ｃ

ｅｘｈｉｂｉｔ ｃｏ⁃ｖａｒｙｉｎｇ ａｄｊｕｓｔｍｅｎｔｓ． Ｔｈｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ
ｖｏｌｕｍｅ Ｖ∗， ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ ａｒｅａ Ａ∗， ａｎｄ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ
ｇｅｏｍｅｔｒｉｃ ｄｉｍｅｎｓｉｏｎ ｈ∗ ａｒｅ ｄｅｆｉｎｅｄ ｔｏ ｓａｔｉｓｆｙ ｔｈｅ
ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ： Ｖ∗ ＝ Ａ∗ ｈ∗ ａｎｄ ｉｔ ｉｓ ｈｙｐｏｔｈｅｓｉｚｅｄ ｔｈａｔ
ｂｏｔｈ εｅｑ－Ｃ ａｎｄ Ｖｅｆｆ ／ Ｖ∗ ｆｏｌｌｏｗ ｐｏｗｅｒ⁃ｌａｗ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐｓ
ｗｉｔｈ ｈ ／ ｈ∗ ：

　 　 　 　 　

Ｖｅｆｆ

Ｖ∗
＝ ｋ１

ｈ
ｈ∗

æ

è
ç

ö

ø
÷

ｋ２

εｅｑ－Ｃ ＝ ｋ３
ｈ
ｈ∗

æ

è
ç

ö

ø
÷

ｋ４

ｋ１ ＝ ｐ１ ＋ ｐ２ εｙ

ì

î

í

ï
ï
ï

ï
ï
ï

（６）

ｗｈｅｒｅ ｋ１ ａｎｄ ｋ２ ａｒｅ ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｖｏｌｕｍｅ
ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ａｎｄ ｉｎｄｅｘ ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ， ｋ３ ａｎｄ ｋ４ ａｒｅ ｔｈｅ
ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ａｎｄ ｉｎｄｅｘ
ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ， ｐ１ ａｎｄ ｐ２ ａｒｅ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ

ｖｏｌｕｍｅ ｃｏｒｒｅｃｔｉｏｎ ｐａｒａｍｅｔｅｒ．
Ｕｎｄｅｒ ｑｕａｓｉ⁃ｓｔａｔｉｃ ｌｏａｄｉｎｇ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ， ｅｎｅｒｇｙ

ｃｏｎｓｅｒｖａｔｉｏｎ ｉｍｐｌｉｅｓ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｗｏｒｋ Ｗ ｄｏｎｅ ｂｙ ｔｈｅ
ｅｘｔｅｒｎａｌ ｌｏａｄ ｏｎ ｔｈｅ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｅｑｕａｌｓ ｔｈｅ ｔｏｔａｌ
ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｅｎｅｒｇｙ Ｕ，

　 　 　 　 　
Ｗ ＝ Ｕ

∫ｈ
０
Ｐｄｈ ＝ Ｖｅｆｆ ｕＣ{ （７）

Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ Ｅｑ． （ ６）， ｂｏｔｈ Ｖｅｆｆ ａｎｄ ｕＣ ａｒｅ
ｆｕｎｃｔｉｏｎｓ ｏｆ ｔｈｅ Ｖ ａｎｄ ｈ． Ｔｈｒｏｕｇｈ ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ
ｄｉｆｆｅｒｅｎｔｉａｔｉｏｎ ｏｐｅｒａｔｏｒ ｗｉｔｈ ｒｅｓｐｅｃｔ ｔｏ ｈ ｏｎ ｂｏｔｈ
ｍｅｍｂｅｒｓ ｏｆ Ｅｑ． （ ７ ）， Ｐ ｃａｎ ｂｅ ｄｅｓｃｒｉｂｅｄ ａｓ ｉｎ
Ｅｑ．（８） ．

Ｐ ＝ ｕＣ

ｄＶｅｆｆ

ｄｈ
＋ Ｖｅｆｆ

ｄｕＣ

ｄｈ
（８）

Ｗｅ ｓｏｌｖｅ Ｅｑ． （６） ｉｎ ｃｏｎｊｕｎｃｔｉｏｎ ｗｉｔｈ Ｅｑｓ． （５）
ａｎｄ （ １ ）， ｒｅｓｕｌｔｉｎｇ ｉｎ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｉｎｔｅｇｒａｌ
ｅｘｐｒｅｓｓｉｏｎ ｆｏｒ ｕｃ，

ｕＣ ＝ ∫
ｈ

０

ｋ３ ｋ４

ｈ∗

ｈ
ｈ∗

æ

è
ç

ö

ø
÷ σｅｑ－Ｃｄｈ （９）

Ｓｕｂｓｔｉｔｕｔｉｎｇ ｕＣ ｆｒｏｍ Ｅｑ． （ ５ ） ａｎｄ Ｖｅｆｆ ｆｒｏｍ
Ｅｑ．（６） ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｆｉｒｓｔ ｔｅｒｍ ｏｎ ｔｈｅ ｒｉｇｈｔ⁃ｈａｎｄ ｓｉｄｅ ｏｆ
Ｅｑ．（８）， ａｎｄ ｓｉｍｉｌａｒｌｙ ｓｕｂｓｔｉｔｕｔｉｎｇ ｕＣ ｆｒｏｍ Ｅｑ．（９）
ａｎｄ Ｖｅｆｆ ｆｒｏｍ Ｅｑ．（６） ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｓｅｃｏｎｄ ｔｅｒｍ， ｙｉｅｌｄｓ，

Ｐ ＝ σｅｑ－Ｃ Ａ∗ ｋ１ ｋ３

ｋ２

ｎ ＋ １
＋ ｋ４

æ

è
ç

ö

ø
÷

ｈ
ｈ∗

æ

è
ç

ö

ø
÷

ｋ２＋ｋ４－１

（１０）
Ｒｅａｒｒａｎｇｉｎｇ ｔｈｅ ａｂｏｖｅ ｆｏｒｍｕｌａ ｙｉｅｌｄｓ Ｅｑ． （１１） ．

　 　 　 　 　 　

Ｐ
Ｐ∗

＝ Ｃ
ｈ
ｈ∗

æ

è
ç

ö

ø
÷

ｍ

Ｐ∗ ＝ ＫＡ∗

Ｃ ＝
ｋ１ｋｎ＋１

３ （ｍ ＋ １）
ｎ ＋ １

ｍ ＝ ｋ４ ｎ ＋ １( ) ＋ ｋ２ － １
ｋ１ ＝ ｐ１ ＋ ｐ２εｙ

ì

î

í

ï
ï
ï

ï
ï
ï

ì

î

í

ï
ï
ï
ï
ï

ï
ï
ï
ïï

（１１）

ｗｈｅｒｅ， Ｃ ａｎｄ ｍ ｓｅｒｖｅ ａｓ ｔｈｅ ｌｏａｄｉｎｇ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ａｎｄ
ｉｎｄｅｘ， ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ， ｆｏｒ ｔｈｅ ｓｅｃｏｎｄ ｓｔａｇｅ ｏｆ ｔｈｅ ｌｏａｄ⁃
ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｃｕｒｖｅ ｄｕｒｉｎｇ ＳＰＴＬＣＦ ｆｏｒ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ

ｍｏｄｅｌ， ａｎｄ Ｐ∗ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔｓ ｔｈｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ ｌｏａｄ． Ｔｈｉｓ
ｅｑｕａｔｉｏｎ ｅｎｃａｐｓｕｌａｔｅｓ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ Ｈ⁃
ｌａｗ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ， ｇｅｏｍｅｔｒｉｃ ｄｉｍｅｎｓｉｏｎｓ， ａｎｄ ｔｈｅ ｌｏａｄ
ａｎｄ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｏｆ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ， ｃａｌｌｅｄ ａｓ
ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｍｏｄｅｌ．
２．２　 Ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ Ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ Ｓｔｒａｉｎ Ｍｏｄｅｌ
　 　 Ｕｔｉｌｉｚｉｎｇ Ｅｑｓ． （１０） ａｎｄ （６）， ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ
ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ｆｏｒ ｔｈｅ ＲＶＥＣ ａｒｅ ｄｅｒｉｖｅｄ ａｓ，

·６·



Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｈａｒｂｉｎ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ （Ｎｅｗ Ｓｅｒｉｅｓ）

　 　

σｅｑ－Ｃ ＝ ｋ５
Ｐ
Ａ∗

ｈ
ｈ∗

æ

è
ç

ö

ø
÷

ｋ６

εｅｑ－Ｃ ＝ ｋ３
ｈ
ｈ∗

æ

è
ç

ö

ø
÷

ｋ４

ｋ５ ＝ ｋ１ｋ３ ｋ４ ＋
ｋ２

ｎ ＋ １
æ

è
ç

ö

ø
÷

é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú

－１

ｋ６ ＝ １ － ｋ２ － ｋ４

ｋ１ ＝ ｐ１ ＋ ｐ２εｙ

ì

î

í

ï
ïï

ï
ïï

ì

î

í

ï
ï
ï
ï
ïï

ï
ï
ï
ï
ïï

（１２）

ｗｈｅｒｅ，ｋ５ ａｎｄ ｋ６ ａｒｅ ｔｈｅ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ
ａｎｄ ｉｎｄｅｘ ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ． Ｅｑ． （ １２ ） ｄｅｌｉｎｅａｔｅｓ ｔｈｅ
ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ａｍｏｎｇ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ｏｆ
ＲＶＥＣ， ｔｈｅ ｌｏａｄ， ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ， ｇｅｏｍｅｔｒｉｃ ｄｉｍｅｎｓｉｏｎｓ，
ａｎｄ ｍａｔｅｒｉａｌ ｈａｒｄｅｎｉｎｇ ｉｎｄｅｘ ｏｆ ｔｈｅ ｓｐｅｃｉｍｅｎ，
ｄｅｓｉｇｎａｔｅｄ ａｓ ｔｈｅ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ｍｏｄｅｌ．
２． ３ 　 Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ Ｍｅｔｈｏｄ ｆｏｒ Ｏｂｔａｉｎｉｎｇ Ｈ

Ｌａｗ Ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ Ｄｉｓｃｃｈ

　 　 Ｔｈｅ ｌｏａｄｉｎｇ ｉｎｄｅｘ ｍ ａｎｄ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ Ｃ ａｒｅ
ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ ｔｈｒｏｕｇｈ ａ ｒｅｇｒｅｓｓｉｏｎ ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ ｔｈｅ ｓｅｃｏｎｄ
ｓｔａｇｅ ｌｏａｄｉｎｇ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｃｕｒｖｅ ｏｆ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ

ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｉｎ ＳＰＴＬＣＦ， ｅｘｐｒｅｓｓｅｄ ａｓ Ｐ ／ Ｐ∗ ＝ Ｃ （ ｈ ／
ｈ∗）ｍ ． Ｆｒｏｍ Ｅｑｓ． （ １１ ） ａｎｄ （ １ ） ｗｅ ｄｅｒｉｖｅ ｔｈｅ
ｓｏｌｕｔｉｏｎ ｆｏｒ ｔｈｅ Ｈ－ｌａｗ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｎ， Ｋ， ａｎｄ σｙ ．

　 　 　 　 　

ｎ ＝
ｍ ＋ １ － ｋ２

ｋ４

－ １

Ｋ ＝ Ｐ∗

Ａ∗

σｙ ＝
Ｐ∗

Ｅｎ Ａ∗{ }
１

１－ｎ

ì

î

í

ï
ï
ï
ï

ï
ï
ï
ï

（１３）

２．４　 Ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ Ｓｔｒａｉｎ Ｆｉｅｌｄｓ Ｍｏｄｅｌ
　 　 Ｕｓｉｎｇ ｄｉｍｅｎｓｉｏｎａｌ ａｎａｌｙｓｉｓ， ｔｈｅ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ
ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎｓ ｎｅａｒ ｔｈｅ ｐｕｎｃｈ􀆳ｓ ｃｌａｍｐｉｎｇ ｅｎｄ ａｒｅ
ｄｅｓｃｒｉｂｅｄ ｂｙ Ｅｑ． （ １４） ｂｅｌｏｗ， ｗｉｔｈ σｅｑ－Ｃ ａｎｄ εｅｑ－Ｃ

ｒｅｐｒｅｓｅｎｔｉｎｇ ｔｈｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ ｓｔｒｅｓｓ （ σＣ ） ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ
（ εＣ ） ．

　 　 　 　 　

σｅｑ

σＣ

＝ ｆ ｒ ／ Ｒｄ，ｎ，εｙ( )

εｅｑ

εＣ

＝ （ ｒ ／ Ｒｄ，ｎ，εｙ）

ì

î

í

ï
ïï

ï
ïï

（１４）

ｗｈｅｒｅ， σＣ ａｎｄ εＣ ｃｏｎｔａｉｎ ｔｈｅ ｌｏａｄ Ｐ， ｌｏａｄｉｎｇ
ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｈ， ｈａｒｄｅｎｉｎｇ ｉｎｄｅｘ ｎ， ｇ （ ｒ ／ Ｒｄ， ｎ，
σｙ ／ Ｅ ） ａｎｄ ｆ （ｒ ／ Ｒｄ， ｎ， σｙ ／ Ｅ ） ｃｏｎｔａｉｎ ｔｈｅ ｄｉｓｔａｎｃｅ ｒ
ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｐｕｎｃｈ ｃｌａｍｐｉｎｇ ｅｎｄｐｏｉｎｔ ａｎｄ ｍａｔｅｒｉａｌ
ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ （ｅｌａｓｔｉｃ ｍｏｄｕｌｕｓ Ｅ， ｓｔｒａｉｎ ｈａｒｄｅｎｉｎｇ ｉｎｄｅｘ
ｎ， ｙｉｅｌｄ ｓｔｒｅｓｓ σｙ ） ． Ｒｄ ｉｓ ｔｈｅ ｉｎｎｅｒ ｄｉａｍｅｔｅｒ ｏｆ ｔｈｅ
ｍｅｓｏｐｏｒｏｕｓ ｃｉｒｃｕｌａｒ ｓｐｅｃｉｍｅｎ．

Ｔｏ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅｌｙ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｚｅ ｔｈｅ ｄｉｓｔｉｎｃｔｉｖｅ

ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｏｆ ｔｈｅ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ
ｆｉｅｌｄｓ ｉｎ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｕｎｄｅｒ ｃｙｃｌｉｃ ｌｏａｄｉｎｇ， ａ
ｔｒｉｇｏｎｏｍｅｔｒｉｃ ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｆｏｒｍ ｉｓ ａｄｏｐｔｅｄ ｉｎ ｔｈｉｓ ｓｔｕｄｙ ｔｏ
ｃｏｎｓｔｒｕｃｔ ｔｈｅ ｃｏｎｓｔｉｔｕｔｉｖｅ ｒｅｌａｔｉｏｎ． Ｃｏｍｐａｒｅｄ ｔｏ ｏｔｈｅｒ
ｆｏｒｍｓ， ｓｕｃｈ ａｓ ｐｏｌｙｎｏｍｉａｌｓ ａｎｄ ｅｘｐｏｎｅｎｔｉａｌｓ， ｔｈｅ
ｔｒｉｇｏｎｏｍｅｔｒｉｃ ｆｕｎｃｔｉｏｎ ｏｆｆｅｒｓ ｈｉｇｈｅｒ ｐａｒａｍｅｔｅｒ
ｓｅｎｓｉｔｉｖｉｔｙ ａｎｄ ｂｅｔｔｅｒ ｏｐｅｒａｔｉｏｎａｌ ｔｏｌｅｒａｎｃｅ ｗｈｅｎ ｆｉｔｔｉｎｇ
ｆｉｅｌｄ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎｓ． Ｉｔ ａｌｌｏｗｓ ｆｌｅｘｉｂｌｅ ａｄａｐｔａｔｉｏｎ ｔｏ
ｖａｒｉａｔｉｏｎｓ ｉｎ ｌｏａｄ ｒｅｓｐｏｎｓｅ ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｍａｔｅｒｉａｌｓ
ａｎｄ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ｔｈｒｏｕｇｈ ａｄｊｕｓｔｍｅｎｔｓ ｏｆ
ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｓｕｃｈ ａｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ ｆｒｅｑｕｅｎｃｙ．
Ｍｏｒｅｏｖｅｒ， ｔｈｅ ｉｎｃｏｒｐｏｒａｔｉｏｎ ｏｆ ａ ｃｏｎｓｔａｎｔ ｔｅｒｍ
ｅｎａｂｌｅｓ ｔｈｅ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔａｔｉｏｎ ｏｆ ｎｏｎ － ｚｅｒｏ ｍｅａｎ ｏｒ
ｎｏｔａｂｌｅ ｂｉａｓ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃｓ ｉｎ ｔｈｅ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｓｔｒｅｓｓ
ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ｆｉｅｌｄｓ， ｔｈｅｒｅｂｙ ｐｒｏｖｉｄｉｎｇ ａ ｍｏｒｅ ａｃｃｕｒａｔｅ
ｄｅｓｃｒｉｐｔｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅｉｒ ｐｈｙｓｉｃａｌ ｎａｔｕｒｅ． Ｆｕｎｃｔｉｏｎｓ ｆ ａｎｄ ｇ
ａｒｅ ａｓｓｕｍｅｄ ａｓ ｆｏｌｌｏｗ：

　 　 　
ｆ ＝ ｃｏｓ ａ１

ｒ
Ｒｄ

æ

è
ç

ö

ø
÷ ＋ ａ２

é

ë
êê

ù

û
úú ＋ ａ３

ｇ ＝ ｃ１ｃｏｓ ｃ２
ｒ
Ｒｄ

æ

è
ç

ö

ø
÷ ＋ ｃ３

é

ë
êê

ù

û
úú

ì

î

í

ï
ïï

ï
ï

（１５）

ｗｈｅｒｅ ａｋ，（ｋ＝ １，２，３） ａｎｄ ｃｓ，（ ｓ ＝ １，２，３） ｒｅｐｒｅｓｅｎｔ
ｔｈｅ ｄｉｍｅｎｓｉｏｎｌｅｓｓ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｒｅｌａｔｅｄ ｔｏ ｍａｔｅｒｉａｌ
ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ． Ｅｑｓ． （ １４ ） ａｎｄ （ １５ ） ｅｌｕｃｉｄａｔｅ ｔｈｅ
ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ａｔ
ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｐｏｓｉｔｉｏｎｓ ｗｉｔｈｉｎ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ａｎｄ ｉｔｓ
ａｓｓｏｃｉａｔｅｄ ｌｏａｄ， ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ， ｇｅｏｍｅｔｒｉｃ ｄｉｍｅｎｓｉｏｎｓ，
ｍａｔｅｒｉａｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ， ａｎｄ ｄｉｓｔａｎｃｅ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｐｕｎｃｈ
ｃｌａｍｐｉｎｇ ｅｎｄｐｏｉｎｔ， ｋｎｏｗｎ ａｓ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ｆｉｅｌｄｓ
ｍｏｄｅｌ．
２．５　 Ｍａｘｉｍｕｍ Ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ Ｓｔｒａｉｎ Ｍｏｄｅｌ
　 　 Ｔｈｅ ｓａｍｐｌｅ ｉｓ ｃｌａｍｐｅｄ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｕｐｐｅｒ ａｎｄ
ｌｏｗｅｒ ｐｕｎｃｈ ｃｌａｍｐｓ ｆｏｒ ｌｏａｄｉｎｇ． Ａｓ ｈｉｇｈｌｉｇｈｔｅｄ ｉｎ ｔｈｅ
ｒｅｄ ｂｏｘ ｉｎ Ｆｉｇ．２， ｔｈｅ ｍｅｃｈａｎｉｓｍ ａｔ ｔｈｅ ｃｌａｍｐｉｎｇ ｅｎｄ
ｆｕｎｃｔｉｏｎｓ ｓｉｍｉｌａｒｌｙ ｔｏ ａ ｃａｎｔｉｌｅｖｅｒ ｂｅａｍ． Ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ
ａｎａｌｙｓｉｓ ａｎｄ ＦＥＡ ｒｅｓｕｌｔ ｉｎｄｉｃａｔｅ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ
ｓｔｒａｉｎ ｖａｌｕｅｓ ｐｅａｋ ａｔ ｔｈｅ ｃｌａｍｐｉｎｇ ｅｎｄ． Ｂｙ ｓｅｔｔｉｎｇ
ｒ ／ Ｒｄ ＝ ０ ｉｎ ｔｈｅ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ｆｉｅｌｄ ｅｑｕａｔｉｏｎｓ （Ｅｑｓ．
（１４） ａｎｄ （ １５））， ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ σｅｑ－ｍａｘ ａｎｄ
ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒａｉｎ εｅｑ－ｍａｘ ａｒｅ ｏｂｔａｉｎｅｄ， ａｓ ｓｈｏｗｎ ｉｎ
Ｅｑ．（１６） ．

　 　 　 　

σｅｑ－ｍａｘ

σＣ

＝ １ ＋ ａ３

εｅｑ－ｍａｘ

εＣ

＝ ｃ１

ì

î

í

ï
ïï

ï
ïï

（１６）

Ｕｎｄｅｒ ｔｈｅ ａｐｐｌｉｅｄ ｌｏａｄ Ｐ， ｉｎｔｅｇｒａｔｉｎｇ Ｅｑｓ．（１２）
ａｎｄ （１６） ｅｓｔａｂｌｉｓｈｅｓ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐｓ：

·７·



Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｈａｒｂｉｎ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ （Ｎｅｗ Ｓｅｒｉｅｓ）

σｅｑ－ｍａｘ ＝ β１
Ｐ
Ａ∗

ｈ
ｈ∗

æ

è
ç

ö

ø
÷

ｋ６

εｅｑ－ｍａｘ ＝ β２
ｈ
ｈ∗

æ

è
ç

ö

ø
÷

ｋ４

ｋ５ ＝ ｋ１ｋ３ ｋ４ ＋
ｋ２

ｎ ＋ １
æ

è
ç

ö

ø
÷

é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú

－１

ｋ６ ＝ １ － ｋ２ － ｋ４

β１ ＝ （１ ＋ ａ３）ｋ５

β２ ＝ ｃ１ｋ３

ì

î

í

ï
ï
ïï

ï
ï
ï

ì

î

í

ï
ï
ï
ï
ï
ïï

ï
ï
ï
ï
ï
ïï

（１７）

ｗｈｅｒｅ β１ ａｎｄ β２ ａｒｅ ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ
ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒａｉｎ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ， ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ． Ｅｑ．（１７）
ｃｌａｒｉｆｉｅｓ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ，
ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒａｉｎ ｏｆ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ， ａｎｄ ｔｈｅ
ｌｏａｄｉｎｇ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ， ｌｏａｄ， ａｎｄ ｍａｔｅｒｉａｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ，
ｒｅｆｅｒｒｅｄ ｔｏ ａｓ ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ｍｏｄｅｌ．
Ｔｈｉｓ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｉｓ ｅｓｓｅｎｔｉａｌ ｆｏｒ ｃｏｎｖｅｒｔｉｎｇ ＳＰＴＬＣＦ

ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｎｄ ｌｏａｄ ｄａｔａ ｉｎｔｏ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ
ｓｔｒａｉｎ， ｔｈｅｒｅｂｙ ｄｅｆｉｎｉｎｇ ｔｈｅ ｍｏｄｅｌ ｆｏｒ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ
ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ｉｎ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ． Ｉｎ ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ ｌｏａｄｉｎｇ
ｓｔａｔｅ， ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ｏｆ ｔｈｅ ｓｐｅｃｉｍｅｎ
ｒｅｐｒｅｓｅｎｔ ｔｈｅ ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｔ
ｔｈｅ ｆａｉｌｕｒｅ ｐｏｉｎｔ． Ｔｈｉｓ ｍｏｄｅｌ ｆａｃｉｌｉｔａｔｅｓ ｔｈｅ ｃｏｎｖｅｒｓｉｏｎ
ｏｆ ｔｈｅ ｌｏａｄ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ Ｐａ ａｎｄ ｔｈｅ ａｘｉａｌ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｈａ ａｔ ｔｈｅ ｃｅｎｔｅｒ ｏｆ ｔｈｅ ｓａｍｐｌｅ ｔｏ ｔｈｅ ｓｔｒｅｓｓ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ σｅｑ－ａ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ εｅｑ－ａ ａｔ ｔｈｅ ｆａｉｌｕｒｅ
ｐｏｉｎｔ ｕｎｄｅｒ ｌｏｗ ｃｙｃｌｅ ｌｏａｄｉｎｇ．
２．６　 Ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ Ｓｔｒｅｓｓ⁃Ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ Ｓｔｒａｉｎ

Ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｏｆ Ｃｙｃｌｉｃ Ｓｔｅａｄｙ Ｓｔａｔｅ
　 　 Ｉｎ ｔｈｅ ｓｔｅａｄｙ⁃ｓｔａｔｅ ｓｔｒａｉｎ ｃｙｃｌｅ， ｆｏｒ ｍｅｔａｌ
ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｔｈａｔ ａｄｈｅｒｅ ｔｏ ｔｈｅ Ｍａｓｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ， ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ
ｓｔｅａｄｙ ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ σａ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ εａ ｃａｎ
ｒｅｐｒｅｓｅｎｔ ｔｈｅ ｕｎｉａｘｉａｌ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｂｅｈａｖｉｏｒ ｏｆ
ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｕｎｄｅｒ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔａｂｉｌｉｔｙ． Ｆｏｒ ｍｅｔａｌｓ ｔｈａｔ ｄｏ ｎｏｔ
ｃｏｎｆｏｒｍ ｔｏ ｔｈｅ Ｍａｓｉｎｇ ｅｆｆｅｃｔ， σａ － εａ ｃａｎ ｓｔｉｌｌ ｂｅ ｕｓｅｄ
ａｓ ａｎ ａｐｐｒｏｘｉｍａｔｅ ｍｅａｓｕｒｅ． Ｖａｒｉａｂｌｅｓ ｓｕｃｈ ａｓ ｔｈｅ ｌｏａｄ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ Ｐａ， ｔｈｅ ａｘｉａｌ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｈａ ａｔ
ｔｈｅ ｃｅｎｔｅｒ ｏｆ ｔｈｅ ｓｐｅｃｉｍｅｎ， ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ σｅｑ－Ｃ－ａ， ａｎｄ ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒａｉｎ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ εｅｑ－Ｃ－ａ， ｒｅｐｌａｃｅ ｔｈｅ ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅ ｖａｒｉａｂｌｅｓ Ｐ，
ｈ， σｅｑ －Ｃ ， εｅｑ －Ｃ ｉｎ Ｅｑ． （１２） ． Ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｅｑｕａｔｉｏｎｓ
ｆｏｒ ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ
ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｆｏｒ ｔｈｅ ＲＶＥＣ， ｒｅｐｒｅｓｅｎｔｅｄ
ｂｙ ｔｈｅ ａｘｉａｌ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｔ ｔｈｅ ｃｅｎｔｅｒ ｏｆ
ｔｈｅ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ａｎｄ ｔｈｅ ｌｏａｄ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｕｎｄｅｒ ｅｌａｓｔｉｃ⁃
ｐｌａｓｔｉｃ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ， ｃａｎ ｂｅ ｄｅｒｉｖｅｄ．
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（１８）

Ｕｓｉｎｇ ｔｈｅ ｓｙｍｍｅｔｒｉｃ ｓｔｒａｉｎ ｃｙｃｌｉｃ ｔｅｓｔ ｕｎｄｅｒ
ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅｓ ａｓ ｅｘａｍｐｌｅｓ， ｔｈｅ
ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ⁃ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｆｏｒ
ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｉｎ ｓｔｅａｄｙ⁃ｓｔａｔｅ ｃｙｃｌｉｃ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ｃａｎ ｂｅ
ｄｉｒｅｃｔｌｙ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｔｈｒｏｕｇｈ ｔｈｅ ａｘｉａｌ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｔ ｔｈｅ ｃｅｎｔｅｒ ｏｆ ｔｈｅ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ａｎｄ ｔｈｅ ｌｏａｄ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ． Ｔｈｉｓ ｍｅｔｈｏｄ ｉｎｖｏｌｖｅｓ ｃｏｌｌｅｃｔｉｎｇ ａｎｄ
ｐｒｏｃｅｓｓｉｎｇ ｄａｔａ， ｗｈｅｒｅ ｔｈｅ ｃｅｎｔｅｒ ａｘｉａｌ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ⁃
ｌｏａｄ ｈｙｓｔｅｒｅｓｉｓ ｌｏｏｐ ｏｆ ｔｈｅ ｓａｍｐｌｅ ｆｏｒ ｅａｃｈ ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ
ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｌｅｖｅｌ ｉｓ ｒｅｃｏｒｄｅｄ．
Ｃｏｎｓｅｑｕｅｎｔｌｙ， ｔｈｅ ｌｏａｄ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ ｔｈｅ ｃｅｎｔｅｒ ａｘｉａｌ
ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｄａｔａ （Ｐａ， ｈａ） ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ
ｔｏ ｅａｃｈ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｌｅｖｅｌ ａｒｅ ｏｂｔａｉｎｅｄ．
Ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｕｎｄｅｒ ｅｌａｓｔｉｃ⁃ｐｌａｓｔｉｃ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ ａｒｅ
ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｕｓｉｎｇ Ｅｑ． （ １８ ） ． Ａｄｄｉｔｉｏｎａｌｌｙ， ｔｈｅ
ｅｘｐｒｅｓｓｉｏｎｓ ｆｏｒ ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｒａｉｎ ｓｔｒｅｎｇｔｈｅｎｉｎｇ ｉｎｄｅｘ ｎ′
ａｎｄ ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｒａｉｎ ｓｔｒｅｎｇｔｈｅｎｉｎｇ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ Ｋ′ ｏｆ
ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｃａｎ ｂｅ ｄｅｒｉｖｅｄ
ｆｒｏｍ Ｅｑ． （ １２ ） ． Ｕｌｔｉｍａｔｅｌｙ， ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ
ｅｑｕａｔｉｏｎｓ ｏｆ ｃｙｃｌｉｃ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ
ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ， ｔｈｅ ｄａｔａ （σｅｑ－Ｃ－ａ，
εｅｑ－Ｃ－ａ） ｆｏｒ ｔｈｅ ＲＶＥＣ ｃａｎ ｂｅ ｏｂｔａｉｎｅｄ， ｐｒｅｓｅｎｔｉｎｇ ｔｈｅ
ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ
ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｗｈｅｎ ｔｈｅ ｍａｔｅｒｉａｌ ｉｓ
ｃｙｃｌｉｃａｌｌｙ ｓｔａｂｌｅ．

３　 Ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ Ｃａｌｉｂｒａｔｉｏｎ

３．１　 Ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ Ｃａｌｉｂｒａｔｉｏｎ ｏｆ Ｌｏａｄ⁃
Ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ Ｍｏｄｅｌ

　 　 Ｂｅｆｏｒｅ ｃａｌｉｂｒａｔｉｎｇ ｔｈｅ ｍｏｄｅｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ， ｉｔ ｉｓ
ｅｓｓｅｎｔｉａｌ ｔｏ ｓｅｌｅｃｔ ａｐｐｒｏｐｒｉａｔｅ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ ａｒｅａｓ Ａ∗

ａｎｄ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔｓ ｈ∗ ｔｏ ｍｉｔｉｇａｔｅ ｔｈｅ
ｉｍｐａｃｔ ｏｆ ｓｃａｌｅ ｅｆｆｅｃｔｓ ｏｎ ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ．Ｔｈｉｓ ｏｖｅｒｌａｐ ｏｆ
ｔｈｅ ｎｏｒｍａｌｉｚｅｄ ｒｅｓｐｏｎｓｅｓ， Ｐ ／ Ｐ∗ － ｈ ／ ｈ∗ ｉｓ ａｃｈｉｅｖｅｄ
ｗｈｅｎ ｔｅｓｔｉｎｇ ｇｅｏｍｅｔｒｉｃａｌｌｙ ｓｉｍｉｌａｒ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｗｈｏｓｅ
ｄｉｍｅｎｓｉｏｎｓ ｓａｔｉｓｆｙ ｔｈｅ ｒａｔｉｏ Ｌ ＝ ４Ｂ． ＦＥＡ ｈａｓ
ｅｓｔａｂｌｉｓｈｅｄ ｔｈｅ ｏｐｔｉｍａｌ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｆｏｒ
ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ａｓ ａ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ
ｏｆ ｈ∗ ＝ Ｂ ａｎｄ ａ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ ａｒｅａ ｏｆ Ａ∗ ＝ ３ＢＬ．

·８·



Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｈａｒｂｉｎ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ （Ｎｅｗ Ｓｅｒｉｅｓ）

Ｔｈｅ ｅｌａｓｔｉｃ ｍｏｄｕｌｕｓ Ｅ ｏｆ ｔｈｅ ｍａｔｅｒｉａｌ ｕｓｅｄ ｆｏｒ
ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｗａｓ ｓｅｔ ａｔ ２００ ＧＰａ． Ｔｈｅ ｙｉｅｌｄ
ｓｔｒｅｓｓ σｙ ｒａｎｇｅｄ ｆｒｏｍ ２００ ＭＰａ ｔｏ １０００ ＭＰａ， ｗｉｔｈ
ｉｎｃｒｅｍｅｎｔｓ ｏｆ ２００ ＭＰａ， ａｎｄ ｔｈｅ ｓｔｒａｉｎ ｈａｒｄｅｎｉｎｇ
ｉｎｄｅｘ ｎ ｖａｒｉｅｄ ｆｒｏｍ ０．１ ｔｏ ０．４， ｗｉｔｈ ａ ｓｔｅｐ ｓｉｚｅ ｏｆ ０．１．
Ｔｈｒｏｕｇｈ ＦＥＡ， ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｒｅｓｐｏｎｓｅｓ ｆｏｒ
ｔｗｅｎｔｙ ｃｏｍｂｉｎａｔｉｏｎｓ ｏｆ ｃｏｎｓｔｉｔｕｔｉｖｅ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ σｙ ａｎｄ
ｎ ｗｅｒｅ ａｃｑｕｉｒｅｄ． Ｓｕｂｓｅｑｕｅｎｔ ｐｏｗｅｒ ｌａｗ ｆｉｔｔｉｎｇ ｏｆ ｔｈｅ
ｓｅｃｏｎｄ ｓｔａｇｅ ｅｓｔａｂｌｉｓｈｅｓ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐｓ ｂｅｔｗｅｅｎ
ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｍ，Ｃ ａｎｄ ｔｈｅ ｈａｒｄｅｎｉｎｇ ｉｎｄｅｘ ｎ．
Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｍｏｄｅｌ ｏｆ Ｅｑ．
（１１） ｒｅｇｒｅｓｓｉｏｎ， ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｒｅｇｒｅｓｓｉｏｎ ａｎａｌｙｓｉｓ， ｉｔ
ｗａｓ ｏｂｓｅｒｖｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｖｏｌｕｍｅ
ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ ｋ１ ｅｘｈｉｂｉｔｅｄ ｓｉｇｎｉｆｉｃａｎｔ ｄｉｓｐｅｒｓｉｏｎ ｉｎ
ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｗｉｔｈ ｖａｒｙｉｎｇ ｙｉｅｌｄ ｓｔｒａｉｎｓ εｙ ． Ｔｏ ａｄｄｒｅｓｓ ｔｈｉｓ
ｉｓｓｕｅ， ａ ｍｏｄｉｆｉｅｄ ｆｏｒｍｕｌａｔｉｏｎ ｗａｓ ｐｒｏｐｏｓｅｄ ｉｎ
Ｅｑ．（１９） ｆｏｒ ｓｙｓｔｅｍａｔｉｃ ｃｏｒｒｅｃｔｉｏｎ．

ｋ１ ＝ ｐ１ ＋ ｐ２εｙ （１９）
Ｂｙ ｓｕｂｓｔｉｔｕｔｉｎｇ ｔｈｅ ｍｏｄｉｆｉｅｄ ｆｏｒｍｕｌａｔｉｏｎ ｆｒｏｍ

Ｅｑ． （ １９） ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｏｒｉｇｉｎａｌ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｆｒａｍｅｗｏｒｋ ｏｆ
Ｅｑ．（１１）， ｔｈｅ ｃｏｍｐｌｅｔｅ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｍｏｄｅｌ ｆｏｒ ｔｈｅ ｌｏａｄ⁃
ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｃａｎ ｂｅ ｄｅｒｉｖｅｄ ａｓ：

　 　 　

Ｐ
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＝ Ｃ
ｈ
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Ｐ∗ ＝ ＫＡ∗

Ｃ ＝
ｋ１ｋｎ＋１

３ （ｍ ＋ １）
ｎ ＋ １

ｍ ＝ ｋ４ ｎ ＋ １( ) ＋ ｋ２ － １
ｋ１ ＝ ｐ１ ＋ ｐ２εｙ
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ï
ï
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ï
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（２０）

ｗｈｅｒｅ ｐ１ ａｎｄ ｐ２ ａｒｅ ｔｈｅ ｃｏｒｒｅｃｔｉｏｎ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ
ｅｆｆｅｃｔｉｖｅ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｖｏｌｕｍｅ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ． Ｔｈｅ ｍｏｄｅｌ
ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｐ１， ｐ２， ｋ３ －ｋ５ ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ ｔｏ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ

ｓｐｅｃｉｍｅｎ ａｒｅ ｏｂｔａｉｎｅｄ， ａｓ ｐｒｅｓｅｎｔｅｄ ｉｎ Ｔａｂｌｅ １．
Ｔａｂｌｅ １　 Ｐａｒａｍｅｔｅｒ ｖａｌｕｅｓ ｏｆ ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｍｏｄｅｌ

ｐ１ ｐ２ ｋ３ ｋ４ ｋ５

３６．７５８１ ０．０４５７ ０．０２５３ １．１０９９ ４８３８．１０８３

　 　 Ｉｔ ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｎｏｔｅｄ ｔｈａｔ ｄｕｒｉｎｇ ｔｈｅ ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｆ
ｄｅｒｉｖｉｎｇ ｔｈｅ ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｍｏｄｅｌ ｆｒｏｍ Ｅｑ． （ ４）

ＢＰ）〛， ｔｈｅ ａｐｐｒｏｘｉｍａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｍａｌｌ ｑｕａｎｔｉｔｉｅｓ １ － ｎ
２

·

εｙ

εｅｑ－Ｃ

æ

è
ç

ö

ø
÷

１＋ｎ

ａｒｅ ｎｅｇｌｅｃｔｅｄ ｓｏ ｔｈａｔ ｓｌｉｇｈｔ ｄｅｖｉａｔｉｏｎｓ ｍａｙ

ｂｅ ｅｘｈｉｂｉｔｅｄ ｉｎ ｐｒｅｄｉｃｔｉｎｇ ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ， ｎ， ａｎｄ
Ｋ． Ｈｅｎｃｅ， ｔｈｅｒｅ ｉｓ ａ ｍｉｎｏｒ ｄｉｓｃｒｅｐａｎｃｙ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ
ｌｏａｄｉｎｇ ｉｎｄｅｘ ｍ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｄｉｒｅｃｔｌｙ ｆｒｏｍ Ｅｑ．（１１） ａｎｄ
ｔｈｅ ｌｏａｄｉｎｇ ｉｎｄｅｘ ｍｔ ｆｉｔｔｅｄ ｉｎ ｔｈｅ ｓｅｃｏｎｄ ｓｔａｇｅ ｏｆ ｔｈｅ
ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｃｕｒｖｅ． Ｉｔ ｉｓ ｒｅｃｏｍｍｅｎｄｅｄ ｔｏ ａｄｊｕｓｔ

ｔｈｅ ｌｏａｄｉｎｇ ｉｎｄｅｘ ｂｙ ｔｈｅ ｙｉｅｌｄ ｓｔｒａｉｎ εｙ ，
ｍｔ ＝ ｐ３ ＋ ｐ４ εｙ ＋ ｐ５ｍ （２１）

ｗｈｅｒｅ ｐ３ － ｐ５ ｄｅｎｏｔｅ ｃｏｒｒｅｃｔｉｏｎ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ， ａｎｄ ｔｈｅ
ｃｏｒｒｅｃｔｅｄ ｐａｒａｍｅｔｅｒ ｖａｌｕｅｓ ａｒｅ ｌｉｓｔｅｄ ｉｎ Ｔａｂｌｅ ２．

Ｔａｂｌｅ ２　 ｍｔ ｃｏｒｒｅｃｔｉｏｎ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ

ｐ３ ｐ４ ｐ５

－０．０３４８ －５．２２５６ ５８７９．８０７７

３．２　 Ｐａｒａｍｅｔｅｒ Ｃａｌｉｂｒａｔｉｏｎ ｏｆ Ｓｔｒｅｓｓ⁃Ｓｔｒａｉｎ
Ｆｉｅｌｄ Ｍｏｄｅｌ

　 　 Ｔｈｒｏｕｇｈ ｆｉｎｉｔｅ ｅｌｅｍｅｎｔ ａｎａｌｙｓｉｓ ａｎｄ ｍａｔｈｅｍａｔｉｃａｌ
ａｎａｌｙｓｉｓ， ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｍａｔｅｒｉａｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ
ａｎｄ ａｋ、ｃｓ ｓａｔｉｓｆｉｅｓ ｔｈｅ ｆｏｌｌｏｗｉｎｇ ｅｑｕａｔｉｏｎ：

ａｋ ＝ ｂｋ１（εｙ ＋ ｂｋ２） ｂｋ３ｎ＋ｂｋ４ ＋ ｂｋ５

ｃｓ ＝ ｄｓ１（εｙ ＋ ｄｓ２） ｄｓ３ｎ＋ｄｓ４ ＋ ｄｓ５
{ （２２）

Ｈｅｒｅ， ｂｋｊ，ｊ ＝１－５、 ｄｓｔ，ｔ ＝１－５ ａｒｅ ｃｏｎｓｔａｎｔｓ ｏｆ ｔｈｅ
ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｔｒａｎｓｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｍｏｄｅｌ ｆｏｒ ｓｔｒｅｓｓ
ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ． Ｂｙ ｃｏｍｂｉｎｉｎｇ Ｅｑ． （ １４） ａｎｄ
Ｅｑ．（１５）， ｔｈｅ ｃｏｍｐｌｅｔｅ ｅｘｐｒｅｓｓｉｏｎ ｏｆ ｔｈｅ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ
ｔｒａｎｓｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｍｏｄｅｌ ｆｏｒ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ
（ａｍｐｌｉｔｕｄｅ） ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ （ａｍｐｌｉｔｕｄｅ） ｃａｎ ｂｅ ｄｅｒｉｖｅｄ ａｓ：

σｅｑ－ｍａｘ ＝ β１
Ｐ
Ａ∗

ｈ
ｈ∗

æ

è
ç

ö

ø
÷

ｋ６

εｅｑ－ｍａｘ ＝ β２
ｈ
ｈ∗

æ

è
ç

ö

ø
÷

ｋ４

ｋ５ ＝ ｋ１ｋ３ ｋ４ ＋
ｋ２

ｎ ＋ １
æ

è
ç

ö

ø
÷

é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú

－１

ｋ６ ＝ １ － ｋ２ － ｋ４

ｋ１ ＝ ｐ１ ＋ ｐ２εｙ

β１ ＝ （１ ＋ ａ３）ｋ５

β２ ＝ ｃ１ｋ３

ａｋ ＝ ｂｋ１（εｙ ＋ ｂｋ２） ｂｋ３ｎ＋ｂｋ４ ＋ ｂｋ５

ｃｓ ＝ ｄｓ１（εｙ ＋ ｄｓ２） ｄｓ３ｎ＋ｄｓ４ ＋ ｄｓ５
{

ì

î

í

ï
ï
ï
ï
ï
ï

ï
ï
ï
ï
ïï

ì

î

í

ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï

ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï

（２３）

Ｔｈｅ ｅｌａｓｔｉｃ ｍｏｄｕｌｕｓ Ｅ ｏｆ ｔｈｅ ｍａｔｅｒｉａｌ ｗａｓ ｓｅｔ ｔｏ
２００ ＧＰａ，ｔｈｅ ｙｉｅｌｄ ｓｔｒｅｓｓ σｙ ｖａｒｉｅｄ ｆｒｏｍ ２００ ＭＰａ ｔｏ
１０００ ＭＰａ ｉｎ ｉｎｃｒｅｍｅｎｔｓ ｏｆ ２００ ＭＰａ， ｔｈｅ ｓｔｒａｉｎ
ｈａｒｄｅｎｉｎｇ ｉｎｄｅｘ ｎ ｒａｎｇｅｄ ｆｒｏｍ ０．１ ｔｏ ０．４ ｗｉｔｈ ａ ｓｔｅｐ
ｓｉｚｅ ｏｆ ０．１．Ｕｎｄｅｒ ｐｏｗｅｒ⁃ｌａｗ ｅｌａｓｔｏｐｌａｓｔｉｃ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ，
ＦＥＡ ｗａｓ ｅｍｐｌｏｙｅｄ ｔｏ ｏｂｔａｉｎ ｔｈｅ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ
ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒａｉｎ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎｓ ｏｆ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ
ｆｏｒ ａ ｔｏｔａｌ ｏｆ ２０ ｃｏｍｂｉｎａｔｉｏｎｓ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｎｓｔｉｔｕｔｉｖｅ
ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ σｙ ａｎｄ ｎ． Ｕｓｉｎｇ σＣ ａｎｄ εＣ ａｓ ｃｈａｒａｃｔｅｒｉｓｔｉｃ
ｑｕａｎｔｉｔｉｅｓ， ｒｅｇｒｅｓｓｉｏｎ ｗａｓ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ｂａｓｅｄ ｏｎ
Ｅｑ．（２３） ｔｏ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅ ｔｈｅ ｐａｒａｍｅｔｅｒ ｖａｌｕｅｓ ｏｆ ｂｋｊ ａｎｄ
ｄｓｔ， ｗｈｉｃｈ ａｒｅ ｐｒｏｖｉｄｅｄ ｉｎ Ｔａｂｌｅ ３ ａｎｄ Ｔａｂｌｅ ４，
ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅｌｙ．

·９·



Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｈａｒｂｉｎ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ （Ｎｅｗ Ｓｅｒｉｅｓ）

Ｔａｂｌｅ ３　 Ｓｔｒｅｓｓ ｆｉｅｌｄ ｍｏｄｅｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｂｋｊ ｖａｌｕｅｓ

ｊ １ ２ ３ ４ ５

ｂ１ ｊ １８．３６８３ ０．９９５４ －１６９．７８２７ ８８．６５２７ －１１．０６５３
ｂ２ ｊ －０．００５５ ０．９９６６ ８６３．９７０８ －３９３．７３７８ －１．３８８５
ｂ３ ｊ －０．４４１８ ０．９９９５ －２５６６．７２３１ －２４９．３７４８ ０．６８３９

Ｔａｂｌｅ ４　 Ｓｔｒａｉｎ ｆｉｅｌｄ ｍｏｄｅｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒ ｄｓｔ ｖａｌｕｅｓ

ｔ １ ２ ３ ４ ５
ｄ１ ｔ ０．０３７７ ０．９３３０ ５７．３５３２ －９２．２５０６ ２．３６６９
ｄ２ ｔ －５．５３５５ ０．９９５１ －２９７．７０３７ ２４１．９３４５ １１．２１６７
ｄ３ ｔ ０．６４４６ ０．９９５１ －３０５．８７８７ ２８４．０２８０ －０．９３７１

４　 Ｍｏｄｅｌ Ｖａｌｉｄａｔｉｏｎ

４．１　 Ｆｉｎｉｔｅ Ｅｌｅｍｅｎｔ Ａｎａｌｙｓｉｓ Ｖａｌｉｄａｔｉｏｎ
４．１．１　 Ｖｅｒｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｍｏｄｅｌ
　 　 Ｔｏ ｖａｌｉｄａｔｅ ｔｈｅ ｕｎｉｖｅｒｓａｌｉｔｙ ａｎｄ ｐｒｅｄｉｃｔｉｖｅ

ａｃｃｕｒａｃｙ ｏｆ ｔｈｅ ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｍｏｄｅｌ ａｃｒｏｓｓ ａ
ｒａｎｇｅ ｏｆ ｍａｔｅｒｉａｌｓ， ｓｙｓｔｅｍａｔｉｃ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎｓ ｗｅｒｅ
ｃｏｎｄｕｃｔｅｄ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｅｌａｓｔｉｃ ｍｏｄｕｌｕｓ Ｅ ｏｆ ｔｈｅ ｓａｍｐｌｅ
ｍａｔｅｒｉａｌ ｓｅｔ ｔｏ ２００ ＧＰａ． Ｔｈｅ ｙｉｅｌｄ ｓｔｒｅｓｓ σｙ ｗａｓ ｖａｒｉｅｄ
ｆｒｏｍ ３００ ＭＰａ ｔｏ ９００ ＭＰａ ｉｎ ｉｎｃｒｅｍｅｎｔｓ ｏｆ
２００ ＭＰａ， ａｎｄ ｔｈｅ ｗａｓ ａｓｓｉｇｎｅｄ ｖａｌｕｅｓ ｆｒｏｍ ０． １ ｔｏ
０．４ ｉｎ ｓｔｅｐｓ ｏｆ ０．１． ＦＥＡ ｗａｓ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ｔｏ ｏｂｔａｉｎ ｔｈｅ
ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｒｅｓｐｏｎｓｅ ｆｏｒ ｖａｒｉｏｕｓ ｃｏｍｂｉｎａｔｉｏｎｓ
ｏｆ σｙ ａｎｄ ｎ． Ｔｈｅ ｌｏａｄｉｎｇ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ Ｃ ａｎｄ ｌｏａｄｉｎｇ
ｉｎｄｅｘ ｍ ｆｏｒ ｔｈｅ ｒｅｓｐｅｃｔｉｖｅ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ａｒｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ
ｕｓｉｎｇ Ｅｑ． （１１）， ｗｈｉｃｈ ｉｎｃｏｒｐｏｒａｔｅｓ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｋ１ ｔｏ
ｋ４ ｆｒｏｍ Ｔａｂｌｅ １． Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅｓｅ ｖａｌｕｅｓ， ｔｈｅ Ｐ⁃ｈ ｃｕｒｖｅ
ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｂｙ ｔｈｅ ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｍｏｄｅｌ ｗａｓ ｐｌｏｔｔｅｄ．
Ａｓ ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｄ ｉｎ Ｆｉｇ． ６， ｔｈｅ ｍｏｄｅｌ ｒｅｓｕｌｔｓ ｓｈｏｗ
ｅｘｃｅｌｌｅｎｔ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ＦＥＡ ｄａｔａ， ａｃｈｉｅｖｉｎｇ ａ
ｇｏｏｄｎｅｓｓ⁃ｏｆ⁃ｆｉｔ ｇｒｅａｔｅｒ ｔｈａｎ ０．９６．

Ｆｉｇ． ６　 Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ ｔｈｅ ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｍｏｄｅｌ ａｎｄ ｔｈｅ ＦＥＡ ｒｅｓｕｌｔｓ
ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｍａｔｅｒｉａｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ （Ｅ， σｙ， ｎ）

　 　 Ｒｅｖｅｒｓｅ ｖａｌｉｄａｔｉｏｎ ｉｎｖｏｌｖｅｓ ｆｉｔｔｉｎｇ ａ Ｓｔａｇｅ ＩＩ
ｃｕｒｖｅ ｓｅｇｍｅｎｔ ｏｆ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓａｍｐｌｅ ｉｎ ＳＰＴ ｍｏｎｏｔｏｎｉｃ
ｌｏａｄｉｎｇ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｆｕｎｃｔｉｏｎ Ｐ ／ Ｐ∗ ＝ Ｃ（ ｈ ／ ｈ∗ ）ｍ， ｆｒｏｍ
ｗｈｉｃｈ ｔｈｅ ｌｏａｄｉｎｇ ｉｎｄｅｘ ｍ ａｎｄ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ Ｃ ａｒｅ
ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ． Ａｃｃｏｒｄｉｎｇ ｔｏ Ｅｑ． （ １３ ）， ｔｈｅ Ｈ⁃ｌａｗ
ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｎ， Ｋ， ａｎｄ σｙ ａｒｅ ｄｅｒｉｖｅｄ． Ｔｈｅ ｏｕｔｃｏｍｅｓ ｏｆ
ｔｈｉｓ ｉｎｖｅｒｓｅ ａｎａｌｙｓｉｓ ａｒｅ ｔｈｅｎ ｇｒａｐｈｉｃａｌｌｙ ｃｏｍｐａｒｅｄ
ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｋｎｏｗｎ Ｈ⁃ｌａｗ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ， ａｓ ｄｉｓｐｌａｙｅｄ ｉｎ
Ｆｉｇ． ７． Ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｄｅｍｏｎｓｔｒａｔｅ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｉｎｖｅｒｓｅ
ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎ ｐｅｒｆｏｒｍｓ ｗｅｌｌ．
　 　 Ｉｎ ｓｕｍｍａｒｙ， ａｃｒｏｓｓ ａ ｂｒｏａｄ ｓｐｅｃｔｒｕｍ ｏｆ Ｈ⁃ｌａｗ
ｃｏｎｓｔｉｔｕｔｉｖｅ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｔｙｐｉｃａｌ ｏｆ ｃｏｎｖｅｎｔｉｏｎａｌ
ｅｎｇｉｎｅｅｒｉｎｇ ｍａｔｅｒｉａｌｓ， ｂｏｔｈ ｔｈｅ ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ
ｍｏｄｅｌ， ａｎｄ ｔｈｅ ｒｅｖｅｒｓｅ ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎ ｏｆ Ｈ⁃ｌａｗ
ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｆｏｒ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓａｍｐｌｅ ｉｎ ＳＰＴＬＣＦ ｓｈｏｗ ｃｌｏｓｅ
ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ＦＥＡ ｃｕｒｖｅｓ．

Ｆｉｇ．７　 Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ ｒｅｖｅｒｓｅ ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｖａｌｕｅｓ ｏｆ
ｌｏａｄ⁃ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｍｏｄｅｌ ａｎｄ ｔｒｕｅ ｖａｌｕｅｓ
ｕｎｄｅｒ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｍａｔｅｒｉａｌ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ （ Ｅ，
σｙ， ｎ）

４．１．２　 Ｖｅｒｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｆｉｅｌｄ ｍｏｄｅｌ
　 　 Ｔｈｅ ｅｌａｓｔｉｃ ｍｏｄｕｌｕｓ Ｅ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｍｐｒｅｓｓｅｄ ｍａｔｅｒｉａｌ
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ｗａｓ ｐｒｅｓｅｔ ｔｏ ２００ ＧＰａ． Ｔｈｅ ｙｉｅｌｄ ｓｔｒｅｓｓ σｙ ｗａｓ ｖａｒｉｅｄ
ｆｒｏｍ ３００ ＭＰａ ｔｏ ９００ ＭＰａ ｉｎ ｉｎｃｒｅｍｅｎｔｓ ｏｆ
２００ ＭＰａ， ａｎｄ ｔｈｅ ｓｔｒａｉｎ ｈａｒｄｅｎｉｎｇ ｉｎｄｅｘ ｎ ｗａｓ
ａｓｓｉｇｎｅｄ ｖａｌｕｅｓ ｆｒｏｍ ０．１ ｔｏ ０．４ ｉｎ ｓｔｅｐｓ ｏｆ ０．１． Ｓｃａｔｔｅｒ
ｐｌｏｔｓ ｗｅｒｅ ｇｅｎｅｒａｔｅｄ ｔｏ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔ ｔｈｅ ｄｉｍｅｎｓｉｏｎｌｅｓｓ
ｓｔｒｅｓｓ σｅｑ ／ σＣ， ｄｉｍｅｎｓｉｏｎｌｅｓｓ ｓｔｒａｉｎ εｅｑ ／ εＣ， ａｎｄ ｒａｄｉａｌ

ｐｏｓｉｔｉｏｎ ｒａｔｉｏ ｒ ／ Ｒ． Ｂａｓｅｄ ｏｎ Ｅｑ．（１５）， ａｌｌ
ｃｏｍｐｕｔａｔｉｏｎａｌ ｒｅｓｕｌｔｓ ｗｅｒｅ ｃｏｍｐａｒｅｄ ｔｏ ｔｈｅ ＦＥＡ， ａｓ
ｄｅｐｉｃｔｅｄ ｉｎ Ｆｉｇ．８ ａｎｄ Ｆｉｇ．９． Ｔｈｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｉｎｄｉｃａｔｅ ｔｈａｔ
ｔｈｅ ｍｏｄｅｌ ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎｓ ａｒｅ ｉｎ ｃｌｏｓｅ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ｔｈｅ
ＦＥＡ ｒｅｓｕｌｔｓ， ｗｉｔｈ ａ ｇｏｏｄｎｅｓｓ⁃ｏｆ⁃ｆｉｔ ｅｘｃｅｅｄｉｎｇ ０．９５．

Ｆｉｇ．８　 Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ ｓｔｒｅｓｓ ｆｉｅｌｄ ｍｏｄｅｌ ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎ ｒｅｓｕｌｔｓ ａｎｄ ＦＥＡ ｒｅｓｕｌｔｓ

Ｆｉｇ．９　 Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ ｓｔｒａｉｎ ｆｉｅｌｄ ｍｏｄｅｌ ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎ ｒｅｓｕｌｔｓ ａｎｄ ＦＥＡ ｒｅｓｕｌｔｓ

４．１．３　 Ｖｅｒｉｆｉｃａｔｉｏｎ ｏｆ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ｍｏｄｅｌ
　 　 Ｔｈｅ ｅｌａｓｔｉｃ ｍｏｄｕｌｕｓ Ｅ ｏｆ ｔｈｅ ｃｏｍｐｒｅｓｓｅｄ ｍａｔｅｒｉａｌ
ｗａｓ ａｇａｉｎ ｓｅｔ ａｔ ２００ ＧＰａ，ｗｉｔｈ ｙｉｅｌｄ ｓｔｒｅｓｓ σｙ ｖａｌｕｅｓ
ｒａｎｇｉｎｇ ｆｒｏｍ ３００ ＭＰａ ｔｏ ９００ ＭＰａ ｉｎ ｉｎｃｒｅｍｅｎｔｓ ｏｆ
２００ ＭＰａ，ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ｈａｒｄｅｎｉｎｇ ｉｎｄｅｘ ｎ ｖａｒｙｉｎｇ ｆｒｏｍ
０．１ ｔｏ ０． ４ ｉｎ ｉｎｃｒｅｍｅｎｔｓ ｏｆ ０． １． Ｔｈｅ ｌｏａｄｉｎｇ
ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｗａｓ ｓｅｔ ｂｅｔｗｅｅｎ ０．０６ ｍｍ ａｎｄ ０．２ ｍｍ，
ｗｉｔｈ ｉｎｃｒｅｍｅｎｔｓ ｏｆ ０．０２ ｍｍ． Ｓｃａｔｔｅｒ ｐｌｏｔｓ ｗｅｒｅ
ｇｅｎｅｒａｔｅｄ ｆｏｒ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ σｅｑ－ｍａｘ ａｎｄ ｍａｘｉｍｕｍ
ｓｔｒａｉｎ εｅｑ－ｍａｘ ａｂｏｕｔ ｔｈｅ ｄｉｍｅｎｓｉｏｎｌｅｓｓ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ
ｈ ／ ｈ∗ ． Ａｓ ｄｅｓｃｒｉｂｅｄ ｉｎ Ｓｅｃｔｉｏｎ １． １， ｔｈｅ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ
ｓｔｒａｉｎ ｖａｌｕｅｓ ｐｅａｋ ａｔ ｔｈｅ ｃｌａｍｐｉｎｇ ｅｎｄ， ｔｈｅ ＦＥＡ
ｒｅｓｕｌｔｓ ａｒｅ ｓｈｏｗｎ ｉｎ Ｆｉｇ．１０．
　 　 Ａ ｃｏｍｐａｒａｔｉｖｅ ａｎａｌｙｓｉｓ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ａｎａｌｙｔｉｃａｌ

ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎｓ ｄｅｒｉｖｅｄ ｆｒｏｍ Ｅｑ． （１７） ａｎｄ ＦＥＡ ｒｅｓｕｌｔｓ
ａｒｅ ｐｒｅｓｅｎｔｅｄ ｉｎ Ｆｉｇ． １１ ａｎｄ Ｆｉｇ． １２． Ｔｈｅ ｍｏｄｅｌ
ｄｅｍｏｎｓｔｒａｔｅｓ ｓｔｒｏｎｇ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ＦＥＡ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎｓ，
ｗｉｔｈ ｒｅｌａｔｉｖｅ ｅｒｒｏｒｓ ｏｆ ≤ ６％ ｆｏｒ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ
ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎｓ ａｎｄ ≤４％ ｆｏｒ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒａｉｎ ｅｓｔｉｍａｔｅｓ．
４．２　 Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ Ｍｅｔｈｏｄｓ ａｎｄ Ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎｓ
４．２．１　 Ａ ｎｅｗ ＳＰＴ ｍｅｔｈｏｄ ｆｏｒ ｏｂｔａｉｎｉｎｇ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｅａｄｙ⁃

ｓｔａｔｅ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ
　 　 Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｆｒａｍｅｗｏｒｋ ｒｅｌａｔｉｎｇ
ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｔｏ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒａｉｎ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ， ｔｈｅ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｏｆ ａ ｍａｔｅｒｉａｌ
ｉｎ ａ ｃｙｃｌｉｃａｌｌｙ ｓｔａｂｌｅ ｓｔａｔｅ ｃａｎ ｂｅ ｄｉｒｅｃｔｌｙ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ
ｆｒｏｍ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｎｄ ｌｏａｄ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｄａｔａ． Ｔｈｅ
ｓｐｅｃｉｆｉｃ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｐｒｏｃｅｄｕｒｅ ｉｓ ｄｅｓｃｒｉｂｅｄ ａｓ ｆｏｌｌｏｗｓ．
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Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｈａｒｂｉｎ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ （Ｎｅｗ Ｓｅｒｉｅｓ）

Ｆｉｇ．１０　 Ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ， ｌｏｃａｔｉｏｎ ａｎｄ ｍａｇｎｉｔｕｄｅ ｏｆ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｕｎｄｅｒ ａ ｌｏａｄｉｎｇ
ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｏｆ ０．０６ ｍｍ

Ｆｉｇ．１１　 Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ ｍｏｄｅｌ ａｎｄ ＦＥＡ ｒｅｓｕｌｔｓ

Ｆｉｇ．１２　 Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒａｉｎ ｍｏｄｅｌ ａｎｄ ＦＥＡ ｒｅｓｕｌｔｓ
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　 　 Ｔｈｒｏｕｇｈ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｄａｔａ ａｃｑｕｉｓｉｔｉｏｎ ａｎｄ
ｐｒｏｃｅｓｓｉｎｇ， ｓｔａｂｉｌｉｚｅｄ ａｘｉａｌ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ⁃ｌｏａｄ
ｈｙｓｔｅｒｅｓｉｓ ｌｏｏｐｓ ｗｅｒｅ ｏｂｔａｉｎｅｄ ａｔ ｅａｃｈ ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ
ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｌｅｖｅｌ． Ｔｈｅ ｌｏａｄ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ
（Ｐａ） ａｎｄ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ （ｈａ） ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄ ｔｏ
ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｃｙｃｌｉｃ ｌｏａｄ （ Ｐｍａｘ ） ａｎｄ ｍａｘｉｍｕｍ
ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ （ ｈｍａｘ ） ｍｅａｓｕｒｅｄ ｄｕｒｉｎｇ ｔｅｓｔｉｎｇ． Ｂｙ
ｉｎｔｅｒｐｏｌａｔｉｎｇ ｔｈｅ ｖｅｒｔｅｘ ｃｏｏｒｄｉｎａｔｅｓ （Ｐｍａｘ， ｈｍａｘ ） ｏｆ
ｔｈｅ ｈｙｓｔｅｒｅｓｉｓ ｌｏｏｐｓ， ｔｈｅ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ⁃ｌｏａｄ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ
ｃｕｒｖｅ Ｐａ － ｈａ ｗａｓ ｃｏｎｓｔｒｕｃｔｅｄ． Ｔｈｅ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｃｙｃｌｉｃ
ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ σｅｑ－Ｃ－ａ ａｎｄ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｒａｉｎ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ εｅｑ－Ｃ－ａ ｗｅｒｅ ｔｈｅｎ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｄｉｒｅｃｔｌｙ ｆｒｏｍ
ｔｈｅ Ｐａ － ｈａ ｃｕｒｖｅ ｕｓｉｎｇ ｔｈｅ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｃｅ
ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐｓ ｂｅｔｗｅｅｎ ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ．

Ｆｏｒ ｔｈｅ ｍｅｔａｌ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ３１６Ｌ ａｎｄ Ｐ９１， ｓｔａｂｉｌｉｚｅｄ
ａｘｉａｌ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ⁃ｌｏａｄ ｈｙｓｔｅｒｅｓｉｓ ｌｏｏｐｓ （ＨＬ） ｗｅｒｅ
ｏｂｔａｉｎｅｄ ｆｒｏｍ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｓｕｂｊｅｃｔｅｄ ｔｏ ｖａｒｙｉｎｇ
ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅｓ． Ｔｈｅ ｌｏａｄ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ Ｐａ ａｎｄ
ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｈａ，ｄｅｒｉｖｅｄ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ
ｃｙｃｌｉｃ ｌｏａｄ Ｐｍａｘ ａｎｄ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ｈｍａｘ， ｗｅｒｅ ｕｓｅｄ ｔｏ
ｃｏｎｓｔｒｕｃｔ Ｐａ－ｈａ ｃｕｒｖｅｓ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｈｙｓｔｅｒｅｓｉｓ ｌｏｏｐ ｖｅｒｔｅｘ

ｄａｔａ． Ｆｉｇ．１３ ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｓ ｔｈｅ ＨＬ ａｎｄ Ｐａ －ｈａ ｃｕｒｖｅｓ ｆｏｒ
Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｍａｄｅ ｏｆ ３１６Ｌ ａｎｄ Ｐ９１ ｍａｔｅｒｉａｌｓ．
Ｔｈｅ σｅｑ－Ｃ－ａ ａｎｄ εｅｑ－Ｃ－ａ ｗｅｒｅ ｄｅｒｉｖｅｄ ｄｉｒｅｃｔｌｙ ｆｒｏｍ ｔｈｅ
Ｐａ－ｈａ ｃｕｒｖｅ ｕｓｉｎｇ ｔｈｅ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｅｑｕａｔｉｏｎｓ ｆｏｒ ｃｙｃｌｉｃ
ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅｓ．

Ｆｉｇ．１４ ｐｒｅｓｅｎｔｓ ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔａｂｌｅ σａ － εａ ｃｕｒｖｅｓ
ａｎｄ ｔｈｅ ｍｏｎｏｔｏｎｉｃ σ － ε ｃｕｒｖｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｓｔａｎｄａｒｄ ｒｏｕｎｄ
ｂａｒ ｓｐｅｃｉｍｅｎ， ａｓ ｗｅｌｌ ａｓ ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔａｂｌｅ σｅｑ－Ｃ－ａ －
εｅｑ－Ｃ－ａ ｃｕｒｖｅｓ ｏｆ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ． Ｔｈｅ σａ － εａ ｃｕｒｖｅｓ
ｏｂｔａｉｎｅｄ ｆｒｏｍ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｓｈｏｗ ｓｔｒｏｎｇ
ｃｏｎｓｉｓｔｅｎｃｙ ｗｉｔｈ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｄａｔａ ｆｒｏｍ ｓｔａｎｄａｒｄ
ｒｏｕｎｄ ｂａｒ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ， ｉｎｄｉｃａｔｉｎｇ ｇｅｏｍｅｔｒｉｃ
ｉｎｄｅｐｅｎｄｅｎｃｅ ｉｎ ｔｈｅ ｓｔｅａｄｙ⁃ｓｔａｔｅ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ
ｂｅｈａｖｉｏｒ． Ｔｈｉｓ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｃｏｎｆｉｒｍｓ ｔｈａｔ ｓｔｒａｉｎ⁃
ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ｃｙｃｌｉｃ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｉｓ ｇｏｖｅｒｎｅｄ ｂｙ ｉｎｔｒｉｎｓｉｃ
ｍａｔｅｒｉａｌ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｒａｔｈｅｒ ｔｈａｎ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｇｅｏｍｅｔｒｙ．
Ｎｏｔａｂｌｙ， ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ σａ － εａ ｃｕｒｖｅｓ ｆｏｒ ｂｏｔｈ ｍａｔｅｒｉａｌｓ
ｌｉｅ ａｂｏｖｅ ｔｈｅｉｒ ｍｏｎｏｔｏｎｉｃ ｃｏｕｎｔｅｒｐａｒｔｓ， ｉｌｌｕｓｔｒａｔｉｎｇ ｔｈｅ
ｅｆｆｅｃｔ ｏｆ ｃｙｃｌｉｃ ｈａｒｄｅｎｉｎｇ．
　 　 Ｔａｂｌｅ ５ ｓｕｍｍａｒｉｚｅｓ ｔｈｅ Ｈ⁃ｌａｗ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｆｏｒ ｂｏｔｈ
ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｕｓｉｎｇ ｔｈｉｓ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｍｅｔｈｏｄ ｕｎｄｅｒ
ｍｏｎｏｔｏｎｉｃ ａｎｄ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｅａｄｙ⁃ｓｔａｔｅ ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ．

Ｆｉｇ．１３　 Ｄｉｓｃｃｈ ｓａｍｐｌｅ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔａｂｌｅ ＨＬ ａｎｄ Ｐａ－ｈａ ｃｕｒｖｅｓ

Ｆｉｇ．１４　 Ｃｏｍｐａｒｉｓｏｎ ｏｆ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｃｕｒｖｅｓ ｂｅｔｗｅｅｎ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ａｎｄ ｓｔａｎｄａｒｄ ｒｏｕｎｄ ｂａｒ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ
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Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｈａｒｂｉｎ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ （Ｎｅｗ Ｓｅｒｉｅｓ）

Ｔａｂｌｅ ５　 Ｍｏｎｏｔｏｎｉｃ ａｎｄ ｃｙｃｌｉｃ ｃｏｎｓｔｉｔｕｔｉｖｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ

Ｍａｔｅｒｉａｌｓ
Ｅｌａｓｔｉｃ ｍｏｄｕｌｕｓ

Ｅ ／ ＧＰａ
Ｍｏｎｏｔｏｎｉｃ ｃｏｎｓｔｉｔｕｔｉｖｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ Ｌｏｏｐ ｃｏｎｓｔｉｔｕｔｉｖｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ

Ｋ ／ ＭＰａ ｎ Ｋａ ／ ＭＰａ ｎａ

Ｐ９１ ２２４ ９０３．１３ ０．２６６ １２５９ ０．２３７

３１６Ｌ １８７ ３８１．１５ ０．０９８７ ８９７ ０．１９６

４．２．２　 Ａ ｎｏｖｅｌ ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ ｆａｔｉｇｕｅ ｔｅｓｔ ｍｅｔｈｏｄｏｌｏｇｙ
　 　 Ｂｙ ｉｎｃｏｒｐｏｒａｔｉｎｇ ｔｈｅ ｐｒｅｖｉｏｕｓｌｙ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅｄ Ｈ⁃ｌａｗ
ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｔｈｅ ｍａｔｅｒｉａｌ􀆳ｓ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ
ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｉｎｔｏ ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｍｏｄｅｌ， ｔｈｅ
ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｔ
ｃｒｉｔｉｃａｌ ｆａｉｌｕｒｅ ｌｏｃａｔｉｏｎｓ ｗｅｒｅ ｃａｌｃｕｌａｔｅｄ ｆｏｒ ｔｈｅ
ｃｏｒｒｅｓｐｏｎｄｉｎｇ ｌｏａｄ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ ｌｏａｄｉｎｇ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ． Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅｓｅ ｒｅｓｕｌｔｓ， ｔｈｅ ａｓｓｏｃｉａｔｅｄ
ｓｅｑｕｅｎｃｅｓ ｏｆ ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ⁃
ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ＳＰＴＬＣＦ ｌｉｆｅ ｗｅｒｅ ｏｂｔａｉｎｅｄ． Ｆｉｎａｌｌｙ， ｔｈｅ ＬＣＦ
ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｏｆ ｔｈｅ ｍａｔｅｒｉａｌ ｗｅｒｅ ｄｅｒｉｖｅｄ ｕｓｉｎｇ ｔｈｅ
Ｍａｎｓｏｎ⁃Ｃｏｆｆｉｎ ｌａｗ． Ｔｈｉｓ ｏｖｅｒａｌｌ ｐｒｏｃｅｄｕｒｅ ｃｏｎｓｔｉｔｕｔｅｓ
ｔｈｅ ｎｏｖｅｌ ＳＰＴＬＣＦ ｍｅｔｈｏｄｏｌｏｇｙ ｆｏｒ ｄｅｔｅｒｍｉｎｉｎｇ ｔｈｅ
ｌｏｗ⁃ｃｙｃｌｅ ｆａｔｉｇｕｅ ｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅ ｏｆ ｍｅｔａｌｌｉｃ ｍａｔｅｒｉａｌｓ．

Ｉｎｈｅｒｅｎｔ ｍａｎｕｆａｃｔｕｒｉｎｇ ｔｏｌｅｒａｎｃｅｓ ａｎｄ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ
ｕｎｃｅｒｔａｉｎｔｉｅｓ ｉｎｔｒｏｄｕｃｅ ｓｙｓｔｅｍａｔｉｃ ｄｉｓｃｒｅｐａｎｃｉｅｓ
ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ ｍｅａｓｕｒｅｄ ｌｏａｄ ＰＴａｎｄ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｌｏａｄ Ｐａ ．
Ｅｑ．（１７） ｉｎｄｉｃａｔｅｓ ａ ｐｏｓｉｔｉｖｅ ｃｏｒｒｅｌａｔｉｏｎ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ
ｌｏａｄ ａｎｄ ｔｈｅ ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ． Ｔｈｅ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｓｔｒａｉｎ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ εＴ ， ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ σＴ ， ｗｅｒｅ ｅｍｐｉｒｉｃａｌｌｙ
ｃａｌｉｂｒａｔｅｄ ａｇａｉｎｓｔ ｔｈｅｉｒ ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｃｏｕｎｔｅｒｐａｒｔｓ εａ ａｎｄ
σａ ｕｓｉｎｇ ｔｈｅ ｃｏｒｒｅｃｔｉｏｎ ｆｏｒｍｕｌａ ｉｎ Ｅｑ．（２４），

　 　 　 　 　
εＴ ＝ εａ
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Ｄｕｒｉｎｇ ＳＰＴＬＣＦ， Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｗａｓ ｓｕｂｊｅｃｔｅｄ ｔｏ
ａ ｍｕｌｔｉａｘｉａｌ ｓｔｒｅｓｓ ｓｔａｔｅ． Ｌｏｃａｌｉｚｅｄ ｃｒａｃｋ ｉｎｉｔｉａｔｉｏｎ
ｐｒｅｆｅｒｅｎｔｉａｌｌｙ ｏｃｃｕｒｓ ａｔ ｅｉｔｈｅｒ ｔｈｅ ｕｐｐｅｒ ｏｒ ｌｏｗｅｒ
ｓｕｒｆａｃｅ ｄｕｅ ｔｏ ｓｔｒｅｓｓ ｃｏｎｃｅｎｔｒａｔｉｏｎ， ｌｅａｄｉｎｇ ｔｏ ｐｒｏｇｒｅｓｓｉｖｅ
ｍａｔｅｒｉａｌ ｄｅｇｒａｄａｔｉｏｎ． Ｎｅｖｅｒｔｈｅｌｅｓｓ， ｄｕｅ ｔｏ ｔｈｅ ｓｙｍｍｅｔｒｉｃａｌ

ｌｏａｄｉｎｇ ｏｆ Ｄｉｓｃｃｈ， ｒｅｌａｔｉｖｅ ｒｅｓｉｓｔａｎｃｅ ｓｕｃｈ ａｓ ｆｒｉｃｔｉｏｎａｌ
ｆｏｒｃｅ ｉｓ ｇｅｎｅｒａｔｅｄ ａｔ ｔｈｅ ｃｒａｃｋ， ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｓａｍｐｌｅ
ｍｏｖｉｎｇ ｕｐ ａｎｄ ｄｏｗｎ． Ｔｈｉｓ ｍｅｃｈａｎｉｓｍ ｃａｕｓｅｓ ｔｈｅ
ｏｖｅｒａｌｌ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｔｏ ｄｅｃｌｉｎｅ ｍｏｒｅ ｓｌｏｗｌｙ
ｔｈａｎ ｔｈｅ ｐｅａｋ ａｎｄ ｖａｌｌｅｙ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅｓ， ａｓ
ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｄ ｉｎ Ｆｉｇ．１５． Ｔｈｅｒｅｆｏｒｅ， ａ ５％ ｒｅｄｕｃｔｉｏｎ ｉｎ ｔｈｅ
ｐｅａｋ ／ ｖａｌｌｅｙ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｉｓ ａｄｏｐｔｅｄ ａｓ ｔｈｅ
ｆａｉｌｕｒｅ ｃｒｉｔｅｒｉｏｎ ｆｏｒ ｔｈｅ ｓｐｅｃｉｍｅｎ．

Ｆｉｇ．１５　 Ｄｉａｇｒａｍ ｏｆ ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｖａｒｉａｔｉｏｎ
ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｎｕｍｂｅｒ ｏｆ ｃｙｃｌｅｓ

　 　 Ｕｎｄｅｒ ｃｙｃｌｉｃ ｌｏａｄｉｎｇ， ｌｏｃａｌｉｚｅｄ ｄａｍａｇｅ ｎｕｃｌｅａｔｅｓ
ａｔ ｔｈｅ ｃｏｎｔａｃｔ ｅｎｄｐｏｉｎｔｓ ｏｆ ｔｈｅ ｆｌａｔ ｐｕｎｃｈ ｏｒ ｗｉｔｈｉｎ ｔｈｅ
ｃｌａｍｐｉｎｇ ｒｅｇｉｏｎｓ ｏｆ ｔｈｅ ｕｐｐｅｒ ａｎｄ ｌｏｗｅｒ ｆｉｘｔｕｒｅｓ ｏｎ
ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｓｕｒｆａｃｅｓ． Ｗｉｔｈ ｉｎｃｒｅａｓｉｎｇ ｎｕｍｂｅｒ
ｏｆ ｃｙｃｌｅｓ， ｆａｔｉｇｕｅ ｃｒａｃｋｓ ｐｒｏｐａｇａｔｅ ｐｒｏｇｒｅｓｓｉｖｅｌｙ，
ｃｏｎｓｉｓｔｅｎｔ ｗｉｔｈ ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎｓ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ⁃
ｓｔｒａｉｎ ｍｏｄｅｌ ａｎｄ ＦＥＡ ｒｅｓｕｌｔｓ． Ｆｉｇ． １６ ｓｈｏｗｓ ｔｈｅ
ｆｒａｃｔｕｒｅｄ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ａｎｄ ｔｈｅ ｍｏｒｐｈｏｌｏｇｙ ｏｆ ｔｈｅ
ｌｏｃａｌｉｚｅｄ ｆａｔｉｇｕｅ ｃｒａｃｋｓ．

Ｆｉｇ．１６　 Ｆｒａｃｔｕｒｅｄ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ａｎｄ ｌｏｃａｌｉｚｅｄ ｆａｔｉｇｕｅ ｃｒａｃｋ
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Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｈａｒｂｉｎ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ （Ｎｅｗ Ｓｅｒｉｅｓ）

　 　 Ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ⁃ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ｓｙｍｍｅｔｒｉｃ ｃｙｃｌｉｃ ＳＰＴＬＣＦ

ｗｅｒｅ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ｏｎ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｏｆ Ｐ９１ ａｎｄ ３１６Ｌ
ｍｅｔａｌｌｉｃ ｍａｔｅｒｉａｌｓ． Ｔｈｅ ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｍｏｄｅｌ
ｗａｓ ｅｍｐｌｏｙｅｄ ｔｏ ｃａｌｃｕｌａｔｅ ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ
ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｃｒｏｓｓ ｖａｒｙｉｎｇ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅｓ，
ｆａｃｉｌｉｔａｔｉｎｇ ｆａｔｉｇｕｅ ｌｉｆｅ ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎ． Ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ
ｂｅｔｗｅｅｎ ｆａｔｉｇｕｅ ｌｉｆｅ Ｎｆ ａｎｄ ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ εａ ｗａｓ
ｑｕａｎｔｉｆｉｅｄ ｕｓｉｎｇ ｔｈｅ Ｍ－Ｃ ｌａｗ， ａｓ ｅｘｐｒｅｓｓｅｄ ｉｎ Ｅｑ．（２２）．
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ｗｈｅｒｅ， εｅｑ－ｅ－Ｃ－ａ ＝ σｅｑ－Ｃ－ａ ／ Ｅ ａｎｄ εｅｑ－ｐ－Ｃ－ａ ＝ εｅｑ－Ｃ－ａ －
εｅｑ－ｅ－Ｃ－ａ ａｒｅ ｔｈｅ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｅｌａｓｔｉｃ ｓｔｒａｉｎ ａｎｄ ｐｌａｓｔｉｃ
ｓｔｒａｉｎ ｏｆ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ， ｗｈｅｒｅ Ｎｆ ｄｅｎｏｔｅｓ
ｆａｔｉｇｕｅ ｌｉｆｅ， σ′ｆ ｉｓ ｔｈｅ ｆａｔｉｇｕｅ ｓｔｒｅｎｇｔｈ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ， ｂ ｉｓ
ｔｈｅ ｆａｔｉｇｕｅ ｓｔｒｅｎｇｔｈ ｅｘｐｏｎｅｎｔ， ε′ｆ ｉｓ ｔｈｅ ｆａｔｉｇｕｅ
ｄｕｃｔｉｌｉｔｙ ｃｏｅｆｆｉｃｉｅｎｔ， ａｎｄ ｃ ｉｓ ｔｈｅ ｆａｔｉｇｕｅ ｄｕｃｔｉｌｉｔｙ
ｅｘｐｏｎｅｎｔ． Ｔａｂｌｅ ６ ｓｕｍｍａｒｉｚｅｓ ｔｈｅ Ｍ－Ｃ ｌａｗ
ｐａｒａｍｅｔｅｒ ｖａｌｕｅｓ ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｆｏｒ Ｄｉｓｃｃｈ ｓａｍｐｌｅｓ． Ｆｉｇ．１７

ｃｏｍｐａｒｅｓ ｔｈｅ Ｍ－Ｃ ｌａｗ ｆａｔｉｇｕｅ ｌｉｆｅ ｃｕｒｖｅｓ ｏｂｔａｉｎｅｄ
ｆｒｏｍ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ａｎｄ ｓｔａｎｄａｒｄ ｒｏｕｎｄ ｂａｒ
ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ， ｒｅｖｅａｌｉｎｇ ｓｔｒｏｎｇ ａｌｉｇｎｍｅｎｔ． Ｔｈｉｓ
ｃｏｒｒｅｌａｔｉｏｎ ｖａｌｉｄａｔｅｓ ｔｈｅ ｒｅｌｉａｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ｔｈｅ ｎｏｖｅｌ ｔｅｓｔｉｎｇ
ｍｅｔｈｏｄｏｌｏｇｙ ｆｏｒ ＬＣＦ ｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅ ｅｖａｌｕａｔｉｏｎ．

Ｔａｂｌｅ ６　 Ｌａｗ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ ｔｗｏ ｍａｔｅｒｉａｌｓ
Ｍｅｔｅｒｉａｌ σ′ｆ ／ ＭＰａ ｂ ε′ｆ ｃ
３１６Ｌ ６２６．４ －０．１０７９ ０．０６７５ －０．３７０１
Ｐ９１ ６０４．８ －０．０６５８ ０．２１１５ －０．５００８

　 　 Ｆｉｇ．１８ ｉｌｌｕｓｔｒａｔｅｓ ｔｈｅ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｂｅｔｗｅｅｎ ｔｈｅ
ｄｏｕｂｌｅ ｌｉｆｅ （ ２Ｎｆ－ Ｓ ） ｏｆ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ （ Ｐ９１ ａｎｄ
３１６Ｌ ｓｔｅｅｌｓ） ｄｅｒｉｖｅｄ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｎｏｖｅｌ ＳＰＴＬＣＦ ｍｅｔｈｏｄｓ
ａｎｄ ａｎｄ ｔｈｅ ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｆａｔｉｇｕｅ ｌｉｆｅ （２Ｎｆ－ Ｂ） ｂａｓｅｄ ｏｎ
ｓｔａｎｄａｒｄ ｒｏｕｎｄ ｂａｒ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ． Ｔｈｅ ｄｉａｇｏｎａｌ “ ｅｘａｃｔ
ｓｏｌｕｔｉｏｎ ” ｌｉｎｅ ｒｅｐｒｅｓｅｎｔｓ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｃｅ
ｂｅｔｗｅｅｎ ｓｐｅｃｉｍｅｎ ｔｙｐｅｓ， ｗｈｉｌｅ ｐａｒａｌｌｅｌ ｄａｓｈｅｄ ｌｉｎｅｓ
ｄｅｌｉｎｅａｔｅ ａ ｔｗｏ⁃ｆｏｌｄ ｓａｆｅｔｙ ｆａｃｔｏｒ． Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｄａｔａ
ｄｅｍｏｎｓｔｒａｔｅ ｔｈａｔ ａｌｌ ２Ｎｆ－Ｓ－２Ｎｆ－ Ｂ ｐｏｉｎｔｓ ｆａｌｌ ｗｉｔｈｉｎ ｔｈｅ
ｓａｆｅｔｙ ｂｏｕｎｄａｒｉｅｓ， ｗｉｔｈ ｄｅｖｉａｔｉｏｎｓ ｃｏｍｐｌｙｉｎｇ ｗｉｔｈ
ａｃｃｅｐｔａｂｌｅ ｅｎｇｉｎｅｅｒｉｎｇ ｔｏｌｅｒａｎｃｅｓ．

Ｆｉｇ．１７　 Ｆａｔｉｇｕｅ ｌｉｆｅ ｐｒｅｄｉｃｔｉｏｎ ｃｕｒｖｅ

Ｆｉｇ．１８　 Ｓｃａｔｔｅｒ ｐｌｏｔ ｏｆ ｄｏｕｂｌｅ ｌｉｆｅ ｃｕｒｖｅ ｏｆ ＳＰＴＬＣＦ ｗｉｔｈ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎ⁃ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｄｏｕｂｌｅ ｌｉｆｅ
　 　 Ａｌｔｈｏｕｇｈ ｔｈｅ ｎｕｍｂｅｒ ｏｆ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｗａｓ ｉｎｓｕｆｆｉｃｉｅｎｔ ｔｏ ｐｅｒｍｉｔ ａ ｒｉｇｏｒｏｕｓ ｓｔａｔｉｓｔｉｃａｌ ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ

·５１·



Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｈａｒｂｉｎ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ （Ｎｅｗ Ｓｅｒｉｅｓ）

ｆａｔｉｇｕｅ ｌｉｆｅ ｓｃａｔｔｅｒ， ｔｈｅ ｄａｔａ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｆｒｏｍ ｂｏｔｈ ｔｈｅ
ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ ｆａｔｉｇｕｅ ｔｅｓｔｓ ａｎｄ ｔｈｅ ｓｔａｎｄａｒｄ ｕｎｉａｘｉａｌ
ｆａｔｉｇｕｅ ｔｅｓｔｓ （ Ｆｉｇ． １７ａｎｄ Ｆｉｇ． １８） ｒｅｖｅａｌ ｃｌｅａｒ ａｎｄ
ｃｏｎｓｉｓｔｅｎｔ ｔｒｅｎｄｓ． Ｔｈｅｓｅ ｒｅｓｕｌｔｓ ｄｅｍｏｎｓｔｒａｔｅ ｔｈａｔ ｔｈｅ
ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ ｆａｔｉｇｕｅ ｔｅｓｔｉｎｇ ｍｅｔｈｏｄ ｃａｎ ｂｅ ｅｆｆｅｃｔｉｖｅｌｙ
ａｐｐｌｉｅｄ ｔｏ ｅｖａｌｕａｔｅ ｍａｔｅｒｉａｌ ｆａｔｉｇｕｅ ｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅ．

５　 Ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎｓ

　 　 Ｔｈｉｓ ｓｔｕｄｙ ｅｓｔａｂｌｉｓｈｅｓ ａ ｃｏｍｂｉｎｅｄ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ａｎｄ
ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｆｒａｍｅｗｏｒｋ ｆｏｒ ｄｅｔｅｒｍｉｎｉｎｇ ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ
ｓｔｅａｄｙ⁃ｓｔａｔｅ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ａｎｄ ｅｖａｌｕａｔｉｎｇ
ｔｈｅ ｌｏｗ⁃ｃｙｃｌｅ ｆａｔｉｇｕｅ （ＬＣＦ） ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｏｆ ｍａｔｅｒｉａｌｓ
ｕｓｉｎｇ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｕｎｄｅｒ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ⁃ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ
ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ ｆａｔｉｇｕｅ ｔｅｓｔｉｎｇ （ ＳＰＴＬＣＦ ） ． Ｔｈｅ ｍａｉｎ
ｆｉｎｄｉｎｇｓ ａｒｅ ｓｕｍｍａｒｉｚｅｄ ａｓ ｆｏｌｌｏｗｓ：

（１） Ｆｏｕｒ ａｎａｌｙｔｉｃａｌ ｍｏｄｅｌｓ ｈａｖｅ ｂｅｅｎ
ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ： ａ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ⁃ｌｏａｄ ｍｏｄｅｌ， ａｎ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ
ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｍｏｄｅｌ， ａ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｆｉｅｌｄ ｍｏｄｅｌ， ａｎｄ ａ
ｍａｘｉｍｕｍ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｍｏｄｅｌ． Ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎｓ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ
ｏｎ ａ ｒａｎｇｅ ｏｆ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｓｈｏｗ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｐｒｅｄｉｃｔｅｄ ｓｔｒｅｓｓ⁃
ｓｔｒａｉｎ ｒｅｓｕｌｔｓ ｄｅｖｉａｔｅ ｂｙ ｌｅｓｓ ｔｈａｎ ４％ ｆｒｏｍ ｒｅｆｅｒｅｎｃｅ
ｖａｌｕｅｓ， ｃｏｎｆｉｒｍｉｎｇ ｔｈｅ ａｃｃｕｒａｃｙ ａｎｄ ｕｎｉｖｅｒｓａｌｉｔｙ ｏｆ
ｔｈｅ ｐｒｏｐｏｓｅｄ ｍｏｄｅｌｓ．

（２） Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｍｏｄｅｌ，
ａ ｎｏｖｅｌ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ⁃ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ＳＰＴ ｍｅｔｈｏｄｏｌｏｇｙ ｈａｓ
ｂｅｅｎ ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ ｔｏ ｄｅｔｅｒｍｉｎｅ ｔｈｅ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ
ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｏｆ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｕｎｄｅｒ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｅａｄｙ⁃ｓｔａｔｅ
ｃｏｎｄｉｔｉｏｎｓ． Ｔｏ ｖａｌｉｄａｔｅ ｔｈｉｓ ａｐｐｒｏａｃｈ， ｍｕｌｔｉ⁃ｓｔａｇｅ
ｓｙｍｍｅｔｒｉｃ ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ⁃ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ｃｙｃｌｉｃ ＳＰＴ ｔｅｓｔｓ
ｗｅｒｅ ｃａｒｒｉｅｄ ｏｕｔ ｏｎ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｏｆ ３１６Ｌ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ
ｓｔｅｅｌ ａｎｄ Ｐ９１ ｓｔｅｅｌ． Ｆｏｒ ｃｏｍｐａｒａｔｉｖｅ ｐｕｒｐｏｓｅｓ， ｍｕｌｔｉ⁃
ｓｔａｇｅ ｓｙｍｍｅｔｒｉｃ ｓｔｒａｉｎ － ｃｏｎｔｒｏｌｌｅｄ ｃｙｃｌｉｃ ｔｅｓｔｓ ｗｅｒｅ
ａｌｓｏ ｃｏｎｄｕｃｔｅｄ ｏｎ ｃｏｎｖｅｎｔｉｏｎａｌ ｓｔｒａｉｇｈｔ ｒｏｕｎｄ ｂａｒ
ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ． Ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｅａｄｙ⁃ｓｔａｔｅ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｃｕｒｖｅｓ
ｏｂｔａｉｎｅｄ ｆｒｏｍ ｔｈｅ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｓｈｏｗ ｃｌｏｓｅ
ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ｔｈｏｓｅ ｄｅｒｉｖｅｄ ｆｒｏｍ ｔｈｅ ｓｔａｎｄａｒｄ
ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ， ｗｉｔｈ ｄｅｖｉａｔｉｏｎｓ ｏｆ ｌｅｓｓ ｔｈａｎ ４％．

（３） Ｂａｓｅｄ ｏｎ ｔｈｅ ｆｏｕｒ ｐｒｏｐｏｓｅｄ ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ
ｍｏｄｅｌｓ， ａ ｃｏｎｖｅｒｓｉｏｎ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｅｓｔａｂｌｉｓｈｅｄ
ｔｏ ｃｏｒｒｅｌａｔｅ ｔｈｅ ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｅａｄｙ－ｓｔａｔｅ ｌｏａｄ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ
ｄｉｓｐｌａｃｅｍｅｎｔ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｓｔｒｅｓｓ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｎｄ
ｓｔｒａｉｎ ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ａｔ ｔｈｅ ｃｒｉｔｉｃａｌ ｆａｉｌｕｒｅ ｐｏｉｎｔ ｏｆ ｔｈｅ
ｓｐｅｃｉｍｅｎ． Ｂｙ ｉｎｃｏｒｐｏｒａｔｉｎｇ ｔｈｅ ｌｏｃａｌ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ
ａｐｐｒｏａｃｈ ａｎｄ ｓｕｂｓｔｉｔｕｔｉｎｇ ｔｈｅ ａｘｉａｌ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｔｅｒｍｓ
ｉｎ ｔｈｅ Ｍａｎｓｏｎ⁃Ｃｏｆｆｉｎ ｌａｗ ｗｉｔｈ ｔｈｅ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｓｔｒｅｓｓ⁃
ｓｔｒａｉｎ ｖａｌｕｅｓ ａｔ ｔｈｅ ｆａｉｌｕｒｅ ｌｏｃａｔｉｏｎ， ａ ｕｎｉｖｅｒｓａｌｌｙ
ａｐｐｌｉｃａｂｌｅ ＳＰＴＬＣＦ ｍｅｔｈｏｄｏｌｏｇｙ ｈａｓ ｂｅｅｎ ｄｅｖｅｌｏｐｅｄ
ｆｏｒ Ｄｉｓｃｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ａｃｒｏｓｓ ａ ｖａｒｉｅｔｙ ｏｆ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ａｎｄ

ｇｅｏｍｅｔｒｉｅｓ． ＳＰＴＬＣＦ ｗｅｒｅ ｐｅｒｆｏｒｍｅｄ ｏｎ Ｄｉｓｃｃｈ

ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｏｆ ３１６Ｌ ｓｔａｉｎｌｅｓｓ ｓｔｅｅｌ ａｎｄ Ｐ９１ ｓｔｅｅｌ． Ｔｈｅ
Ｍａｎｓｏｎ⁃Ｃｏｆｆｉｎ ｌａｗ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｂｔａｉｎｅｄ ｕｓｉｎｇ ｔｈｅ
ｎｏｖｅｌ ＳＰＴＬＣＦ ｍｅｔｈｏｄ ｓｈｏｗ ｇｏｏｄ ａｇｒｅｅｍｅｎｔ ｗｉｔｈ ｔｈｏｓｅ
ｄｅｒｉｖｅｄ ｆｒｏｍ ｓｔａｎｄａｒｄ ｒｏｕｎｄ ｂａｒ ｔｅｓｔｓ．

Ｔｈｉｓ ｓｔｕｄｙ ｐｒｏｖｉｄｅｓ ａ ｐｒｅｌｉｍｉｎａｒｙ ｖａｌｉｄａｔｉｏｎ ｏｆ
ｔｈｅ ｆｅａｓｉｂｉｌｉｔｙ ｏｆ ｔｈｅ ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ ｆａｔｉｇｕｅ ｔｅｓｔｉｎｇ
ｍｅｔｈｏｄ ｆｏｒ ｅｖａｌｕａｔｉｎｇ ｍａｔｅｒｉａｌ ｆａｔｉｇｕｅ ｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅ． Ｉｔ
ｓｈｏｕｌｄ ｂｅ ｎｏｔｅｄ ｔｈａｔ ｔｈｅ ｃｕｒｒｅｎｔ ｃｏｎｃｌｕｓｉｏｎｓ ａｒｅ ｂａｓｅｄ
ｏｎ ａ ｌｉｍｉｔｅｄ ｓａｍｐｌｅ ｓｉｚｅ， ａｎｄ ｔｈｕｓ ｔｈｅｉｒ ｓｔａｔｉｓｔｉｃａｌ
ｃｏｎｆｉｄｅｎｃｅ ｉｓ ｃｏｎｓｔｒａｉｎｅｄ． Ｆｕｔｕｒｅ ｗｏｒｋ ｗｉｌｌ ｉｎｖｏｌｖｅ
ｉｎｃｒｅａｓｉｎｇ ｔｈｅ ｎｕｍｂｅｒ ｏｆ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｔｏ ｃｏｍｐｌｙ ｗｉｔｈ
ｔｈｅ ＡＳＴＭ Ｅ７３９－２３ ｓｔａｎｄａｒｄ ｇｕｉｄｅ， ｗｉｔｈ ｔｈｅ ａｉｍ ｏｆ
ｅｓｔａｂｌｉｓｈｉｎｇ ａ ｍｏｒｅ ｓｔａｔｉｓｔｉｃａｌｌｙ ｓｉｇｎｉｆｉｃａｎｔ ｆａｔｉｇｕｅ ｌｉｆｅ
ｄａｔａｂａｓｅ ａｎｄ ｄｅｓｉｇｎ ａｌｌｏｗａｂｌｅ ｃｕｒｖｅｓ．

Ｒｅｆｅｒｅｎｃｅｓ

［１］Ｃｈｉｎａ Ｎａｔｉｏｎａｌ Ｓｔａｎｄａｒｄｉｚａｔｉｏｎ Ｍａｎａｇｅｍｅｎｔ Ｃｏｍｍｉｔｔｅｅ．
ＧＢ ／ Ｔ １５２４８ － ２００８， Ｔｈｅ ｔｅｓｔ ｍｅｔｈｏｄ ｆｏｒ ａｘｉａｌ ｌｏａｄｉｎｇ
ｃｏｎｓｔａｎｔ⁃ａｍｐｌｉｔｕｄｅ ｌｏｗ⁃ｃｙｃｌｅ ｆａｔｉｇｕｅ ｏｆ ｍｅｔａｌｌｉｃ ｍａｔｅｒｉａｌｓ．
Ｂｅｉｊｉｎｇ： Ｃｈｉｎａ Ｓｔａｎｄａｒｄ Ｐｕｂｌｉｓｈｉｎｇ Ｈｏｕｓｅ， ２００８． （ ｉｎ
Ｃｈｉｎｅｓｅ）

［２］Ｍａｒｔｉｎ Ｊ Ｆ． Ｃｙｃｌｉｃ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ａｎｄ ｆａｔｉｇｕｅ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｏｆ
ｓｈｅｅｔ ｓｔｅｅｌ ａｓ ａｆｆｅｃｔｅｄ ｂｙ ｌｏａｄ ｓｐｅｃｔｒａ． Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｔｅｓｔｉｎｇ
ａｎｄ Ｅｖａｌｕａｔｉｏｎ，１９８３，１１（１）：６６－７４． ＤＯＩ：１０．１００７ ／ ｓ１０３３８－
００８－０８３６－ｚ．

［３］Ｗｉｓｎｅｒ Ｓ Ｂ， Ｒｅｙｎｏｌｄｓ Ｍ Ｂ， Ａｄａｍｓｏｎ Ｒ Ｂ． Ｆａｔｉｇｕｅ
ｂｅｈａｖｉｏｒ ｏｆ ｉｒｒａｄｉａｔｅｄ ａｎｄ ｕｎｉｒｒａｄｉａｔｅｄ ｚｉｒｃａｌｏｙ ａｎｄ
ｚｉｒｃｏｎｉｕｍ． Ｚｉｒｃｏｎｉｕｍ ｉｎ ｔｈｅ Ｎｕｃｌｅａｒ Ｉｎｄｕｓｔｒｙ： Ｔｅｎｔｈ
Ｉｎｔｅｒｎａｔｉｏｎａｌ Ｓｙｍｐｏｓｉｕｍ． Ｃｏｎｓｈｏｈｏｃｋｅｎ： ＡＳＴＭ
Ｉｎｔｅｒｎａｔｉｏｎａｌ，１９９４． ＤＯＩ： １０．１５２０ ／ ＳＴＰ１５２０６Ｓ．

［４］Ｈｕａｎｇ Ｘ， Ｃａｉ Ｌ， Ｂａｏ Ｃ， ｅｔ ａｌ． Ｌｏｗ ｃｙｃｌｅ ｆａｔｉｇｕｅ ｂｅｈａｖｉｏｒ
ｏｆ Ｚｒ⁃Ｓｎ⁃Ｎｂ ｓｌｉｃｅ ａｌｌｏｙ ａｔ ｅｌｅｖａｔｅｄ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ． Ａｔｏｍｉｃ
Ｅｎｅｒｇｙ Ｓｃｉｅｎｃｅ ａｎｄ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ，２０１０，４４（１）：６０－６４． （ ｉｎ
Ｃｈｉｎｅｓｅ）

［５］Ｈｕａｎｇ Ｘ， Ｃａｉ Ｌ， Ｌｉａｎｇ Ｂ． Ｌｏｗ ｃｙｃｌｅ ｆａｔｉｇｕｅ ｔｅｓｔ ｍｅｔｈｏｄ
ｂａｓｅｄ ｏｎ ｕｎｉａｘｉａｌ ｔｅｓｔ ｓｔｒａｉｎ ｏｆ ｎｏｔｃｈ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ａｎｄ ｉｔｓ
ａｐｐｌｉｃａｔｉｏｎ． Ｃｈｉｎａ Ｍｅａｓｕｒｅｍｅｎｔ ＆ Ｔｅｓｔｉｎｇ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ，
２００９，３５（５）：７－１０． （ ｉｎ Ｃｈｉｎｅｓｅ）

［６］Ｊｉａ Ｑ， Ｃａｉ Ｌ， Ｂａｏ Ｃ． Ａ ｔｅｓｔｉｎｇ ｍｅｔｈｏｄ ｔｏ ｉｎｖｅｓｔｉｇａｔｅ ｌｏｗ
ｃｙｃｌｅ ｆａｔｉｇｕｅ ｂｅｈａｖｉｏｒ ｏｆ ｓｌｉｃｅ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｃｙｃｌｉｎｇ
ｐｌａｓｔｉｃｉｔｙ ｃｏｒｒｅｃｔｉｏｎ． Ｅｎｇｉｎｅｅｒｉｎｇ Ｍｅｃｈａｎｉｃｓ，２０１４，３１（１）：
２１８－２２３．（ ｉｎ Ｃｈｉｎｅｓｅ）

［７］Ｙｉｎ Ｔ， Ｃａｉ Ｌ， Ｃｈｅｎ Ｈ， ｅｔ ａｌ． Ｎｅｗ ｔｅｓｔ ｍｅｔｈｏｄ ｔｏ ｏｂｔａｉｎ
ｓｔｒａｉｎ ｆａｔｉｇｕｅ ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｏｆ ｍａｔｅｒｉａｌｓ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｍｉｌｌｉｍｅｔｅｒ⁃
ｓｃａｌｅｄ ｓｌｉｃｅ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ． Ｃｈｉｎｅｓｅ Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ
Ｅｎｇｉｎｅｅｒｉｎｇ， ２０１８， ５４（１０）： ６８－７７． （ ｉｎ Ｃｈｉｎｅｓｅ）

［８］Ｃｈｅｎ Ｈ， Ｃａｉ Ｌ． Ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ ｍｏｄｅｌ ｆｏｒ ｐｒｅｄｉｃｔｉｎｇ ｕｎｉａｘｉａｌ
ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ｒｅｌａｔｉｏｎ ｂｙ ｄｕａｌ ｃｏｎｉｃａｌ ｉｎｄｅｎｔａｔｉｏｎ ｂａｓｅｄ ｏｎ
ｅｑｕｉｖａｌｅｎｔ ｅｎｅｒｇｙ ｐｒｉｎｃｉｐｌｅ． Ａｃｔａ Ｍａｔｅｒｉａｌｉａ， ２０１６， １２１：
１８１－１８９． ＤＯＩ： １０．１０１６ ／ ｊ．ａｃｔａｍａｔ．２０１６．０９．００８．

［９］Ｃｈｅｎ Ｈ， Ｃａｉ Ｌ． Ｕｎｉｆｉｅｄ ｅｌａｓｔｏｐｌａｓｔｉｃ ｍｏｄｅｌ ｂａｓｅｄ ｏｎ ａ
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Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｈａｒｂｉｎ Ｉｎｓｔｉｔｕｔｅ ｏｆ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ （Ｎｅｗ Ｓｅｒｉｅｓ）

ｓｔｒａｉｎ ｅｎｅｒｇｙ ｅｑｕｉｖａｌｅｎｃｅ ｐｒｉｎｃｉｐｌｅ． Ａｐｐｌｉｅｄ Ｍａｔｈｅｍａｔｉｃａｌ
Ｍｏｄｅｌｌｉｎｇ，２０１７， ５２： ６６４ － ６７１． ＤＯＩ： １０． １０１６ ／ ｊ． ａｐｍ．
２０１７．０７．０４２．

［１０］Ｌｉｕ Ｑ， Ｃａｉ Ｌ， Ｃｈｅｎ Ｈ． Ａ ｓｅｍｉ⁃ａｎａｌｙｔｉｃａｌ ｍｅｔｈｏｄ ｆｏｒ
ｅｌａｓｔｏｐｌａｓｔｉｃ ｓｔｒｅｓｓ⁃ｓｔｒａｉｎ ａｎａｌｙｓｉｓ ｏｆ ｔｈｉｎ ｓｈｅｅｔ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ．
Ａｃｔａ Ａｅｒｏｎａｕｔｉｃａ ｅｔ Ａｓｔｒｏｎａｕｔｉｃａ Ｓｉｎｉｃａ， ２０１８，３９（１１）：
９０－ １０１． ＤＯＩ： １０． ７５２７ ／ Ｓ１０００ － ６８９３． ２０１８． ２２１６９． （ ｉｎ
Ｃｈｉｎｅｓｅ）

［１１］Ｌｉｕ Ｑ， Ｃａｉ Ｌ， Ｃｈｅｎ Ｈ， ｅｔ ａｌ． Ａ ｎｏｖｅｌ ｔｅｓｔ ｍｅｔｈｏｄ ｂａｓｅｄ
ｏｎ ｓｍａｌｌ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｆｏｒ ｏｂｔａｉｎｉｎｇ ｌｏｗ⁃ｃｙｃｌｅ⁃ｆａｔｉｇｕｅ
ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｏｆ ｍａｔｅｒｉａｌｓ． Ｍｅｃｈａｎｉｃｓ ｏｆ Ｍａｔｅｒｉａｌｓ， ２０１９，
１３８：１０３１５３． ＤＯＩ： １０．１０１６ ／ ｊ．ｍｅｃｈｍａｔ．２０１９．１０３１５３．

［１２］Ｚｈａｎｇ Ｚ， Ｃａｉ Ｌ， Ｈａｎ Ｇ， ｅｔ ａｌ． Ｌｏｗ ｃｙｃｌｅ ｆａｔｉｇｕｅ ｔｅｓｔ
ｍｅｔｈｏｄ ｆｏｒ ｔｈｉｎ ｓｈｅｅｔ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｂａｓｅｄ ｏｎ ｅｌａｓｔｏｐｌａｓｔｉｃ
ａｎａｌｙｔｉｃａｌ ｅｑｕａｔｉｏｎ． Ｃｈｉｎｅｓｅ Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ Ｍｅｃｈａｎｉｃａｌ
Ｅｎｇｉｎｅｅｒｉｎｇ， ２０２３， ５９（６）：７２－８３． ＤＯＩ： １０．３９０１ ／ ＪＭＥ．
２０２３．０６．０７２． （ ｉｎ Ｃｈｉｎｅｓｅ）

［１３］Ｚｈａｎｇ Ｚ， Ｃａｉ Ｌ， Ｈｕａｎｇ Ｍ， ｅｔ ａｌ． Ｔｅｓｔ ｍｅｔｈｏｄ ｆｏｒ ｓｔｒｅｓｓ⁃
ｓｔｒａｉｎ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｏｆ ｓｍａｌｌ ｔｈｉｎ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｕｎｄｅｒ ｃｙｃｌｉｃ
ｓｔｅａｄｙ ｓｔａｔｅ ｏｒ ｍｏｎｏｔｏｎｉｃ ｓｔａｔｅ． Ａｔｏｍｉｃ Ｅｎｅｒｇｙ Ｓｃｉｅｎｃｅ
ａｎｄ Ｔｅｃｈｎｏｌｏｇｙ， ２０２３，５７（２）： ３２１－３３３． （ ｉｎ Ｃｈｉｎｅｓｅ）

［１４］Ｖｉｌｌａｒｒａｇａ Ｍ Ｌ， Ｋｕｒｔｚ Ｓ Ｍ， Ｈｅｒｒ Ｍ Ｐ， ｅｔ ａｌ． Ｍｕｌｔｉａｘｉａｌ
ｆａｔｉｇｕｅ ｂｅｈａｖｉｏｒ ｏｆ ｃｏｎｖｅｎｔｉｏｎａｌ ａｎｄ ｈｉｇｈｌｙ ｃｒｏｓｓｌｉｎｋｅｄ
ＵＨＭＷＰＥ ｄｕｒｉｎｇ ｃｙｃｌｉｃ ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ ｔｅｓｔｉｎｇ． Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ
Ｂｉｏｍｅｄｉｃａｌ Ｍａｔｅｒｉａｌｓ Ｒｅｓｅａｒｃｈ Ｐａｒｔ Ａ， ２００３， ６６Ａ（２）：
２９８－３０９． ＤＯＩ： １０．１００２ ／ ｊｂｍ．ａ．１０５００．

［１５］Ｖｉｌｌａｒｒａｇａ Ｍ Ｌ， Ｅｄｉｄｉｎ Ａ Ａ， Ｈｅｒｒ Ｍ， ｅｔ ａｌ． Ｍｕｌｔｉａｘｉａｌ
ｆａｔｉｇｕｅ ｂｅｈａｖｉｏｒ ｏｆ ｏｘｉｄｉｚｅｄ ａｎｄ ｕｎｏｘｉｄｉｚｅｄ ＵＨＭＷＰＥ
ｄｕｒｉｎｇ ｃｙｃｌｉｃ ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ ｔｅｓｔｉｎｇ ａｔ ｂｏｄｙ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ．
Ｊｏｕｒｎａｌ ｏｆ ＡＳＴＭ Ｉｎｔｅｒｎａｔｉｏｎａｌ， ２００４，１（１）：１－１９． ＤＯＩ：
１０．１５２０ ／ ＪＡＩ１１２１８．

［１６］Ｘｉｏｎｇ Ｚ， Ｊｉａｎｇ Ｗ， Ｗａｎｇ Ｌ， ｅｔ ａｌ． Ｃｙｃｌｉｃ ｆａｔｉｇｕｅ ｏｆ
ａｌｕｍｉｎａ ｃｅｒａｍｉｃｓ ａｓ ｅｖａｌｕａｔｅｄ ｂｙ ｍｏｄｉｆｉｅｄ ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ
ｔｅｓｔｓ． Ｋｅｙ Ｅｎｇｉｎｅｅｒｉｎｇ Ｍａｔｅｒｉａｌ， ２００７， ３３６－３３８： ２４２６－
２４２８． ＤＯＩ： １０．４０２８ ／ ｗｗｗ．ｓｃｉｅｎｔｉｆｉｃ．ｎｅｔ ／ ＫＥＭ．３３６－３３８．
２４２６．

［１７］Ｐｒａｋａｓｈ Ｒ Ｖ， Ｄｈａｋａ Ｐ， Ｒｅｄｄｙ Ｇ Ｖ Ｐ， ｅｔ ａｌ．
Ｕｎｄｅｒｓｔａｎｄｉｎｇ ｔｈｅ ｆａｔｉｇｕｅ ｒｅｓｐｏｎｓｅ ｏｆ ｓｍａｌｌ ｖｏｌｕｍｅ
ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｔｈｒｏｕｇｈ ｎｏｖｅｌ ｆａｔｉｇｕｅ ｔｅｓｔ ｍｅｔｈｏｄｓ⁃
Ｅｘｐｅｒｉｍｅｎｔａｌ ｒｅｓｕｌｔｓ ａｎｄ ｎｕｍｅｒｉｃａｌ ｓｉｍｕｌａｔｉｏｎ． Ｔｈｅｏｒｅｔｉｃａｌ
ａｎｄ Ａｐｐｌｉｅｄ Ｆｒａｃｔｕｒｅ Ｍｅｃｈａｎｉｃｓ， ２０１９， １０３： １０２３０４．
ＤＯＩ： １０．１０１６ ／ ｊ．ｔａｆｍｅｃ．２０１９．１０２３０４．

［１８］Ｌａｎｃａｓｔｅｒ Ｒ Ｊ， Ｉｌｌｓｌｅｙ Ｈ， Ｈｕｒｓｔ Ｒ， ｅｔ ａｌ． Ａ ｎｏｖｅｌ
ａｐｐｒｏａｃｈ ｔｏ ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ ｆａｔｉｇｕｅ ｔｅｓｔｉｎｇ． Ｋｅｙ Ｅｎｇｉｎｅｅｒｉｎｇ
Ｍａｔｅｒｉａｌｓ， ２０１７， ７３４： ６１ － ６９． ＤＯＩ： １０． ４０２８ ／ ｗｗｗ．
ｓｃｉｅｎｔｉｆｉｃ．ｎｅｔ ／ ＫＥＭ．７３４．６１．

［１９］Ｌａｎｃａｓｔｅｒ Ｒ Ｊ， Ｊｅｆｆｓ Ｓ Ｐ， Ｉｌｌｓｌｅｙ Ｈ Ｗ， ｅｔ ａｌ．
Ｄｅｖｅｌｏｐｍｅｎｔ ｏｆ ａ ｎｏｖｅｌ ｍｅｔｈｏｄｏｌｏｇｙ ｔｏ ｓｔｕｄｙ ｆａｔｉｇｕｅ
ｐｒｏｐｅｒｔｉｅｓ ｕｓｉｎｇ ｔｈｅ ｓｍａｌｌ ｐｕｎｃｈ ｔｅｓｔ． Ｍａｔｅｒｉａｌｓ Ｓｃｉｅｎｃｅ
ａｎｄ Ｅｎｇｉｎｅｅｒｉｎｇ： Ａ， ２０１９， ７４８： ２１－２９． ＤＯＩ： １０．１０１６ ／
ｊ．ｍｓｅａ．２０１９．０１．０７４．

［２０］Ｌｅｗｉｓ Ｄ Ｔ Ｓ， Ｌａｎｃａｓｔｅｒ Ｒ Ｊ， Ｊｅｆｆｓ Ｓ Ｐ， ｅｔ ａｌ．
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