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Fe-15Mn-0.6C-2Al 쌍정유기소성강의 상온 노치 인장파괴 거동
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Abstract: The tensile fracture behavior of an Al-bearing TWIP steel was investigated by conducting a series

of tensile tests on smooth and notched specimens with different notch geometries, focusing on the effects of

evolution of the stress triaxiality and the effective strain during deformation. The flow curve and digital image

correlation (DIC) analysis evidenced suppression of dynamic strain aging due to Al addition, and therefore, the

effects of local inhomogeneous deformation associated with Portevin-Le Chatelier (PLC) band on fracture could

be excluded. The smooth specimen fractured with negligible necking despite the absence of PLC bands. As a

result, the effective strain was uniform through the gage section and the stress triaxiality () of ~0.33 was nearly

unchanged over the entire cross-section up to the maximum load. This led to the fracture surface of the smooth

specimen being entirely covered with fine equiaxed dimples. For notched specimens, the fracture strain was

drastically reduced with decreasing notch radius, indicating the high notch susceptibility of the steel. The

effective strain of the notched specimens was the highest at the edge of the notch root, regardless of the notch

radius, so cracks first developed at the surface of the notch root. Although the  at the center of the notched

specimens (0.40~0.48 depending on the notch radius) was higher than that of the smooth one, the center of the

fracture surface of all notched specimens exhibited dimple features that were very similar to the smooth one,

even in size. In contrast, in spite of the same  of ~0.33, fractography at the edge of the notched specimens

revealed a fracture mode transition from dimple fracture to void sheet fracture to quasi-cleavage fracture as the

notch radius decreased. The present results were rationalized in terms of the local evolution of stress triaxiality

and effective strain during deformation, which were analyzed using the finite elemental method and DIC

technique. It can be said that the fracture mode of TWIP steel, showing limited necking, was more influenced

by the distribution and/or gradient of stress traiaxiality and effective strain rather than their local absolute

values - that is, the severer their gradient is, the easier the quasi-cleavage fracture occurs. 
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1. 서 론
 

20~50 mJ/m2 정도의 적층결함에너지을 갖는 Fe-Mn-C계

혹은 Fe-Mn-Al-C계 오스테나이트강은 상온 인장 변형 시

쌍정유기소성에 의해 – 이하 쌍정유기소성강 –60% 이상

의 높은 균일연신율과 1 GPa 이상의 높은 인장강도를 나

타내어 다양한 분야의 구조재료로서 사용되고 있다 [1,2].

Al은 Fe-Mn-C강에 첨가될 경우 적층결함에너지 증가, 경

량화와 더불어 C의 활동도를 증가시켜 불균일 변형을 야

기하는 동적가공시효를 억제하는 효과를 나타낸다 [3,4].
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따라서 Fe-Mn-C강은 쌍정유기소성에 의한 변형 및 파괴

거동 이해를 위한 대표 모델 소재로 주로 사용되며, Fe-

Mn-Al-C강이 실용 소재로 보다 널리 개발 및 적용되고

있다.

쌍정유기소성강은 높은 균일연신율에도 불구하고 일반

연성금속재료와는 달리 독특한 인장 파괴 거동을 나타낸다.

즉, 거시적으로는 necking이 거의 없는 취성파괴 거동을

보이는 반면 미시적으로는 파면이 dimple들로 구성되어 있

는 연성파괴 특성을 나타낸다 [5,6]. 쌍정유기소성강의 취

성파괴 특성은 동적가공시효에 의한 Portevin Le Chatelier

(PLC) 전단밴드 형성에 기인하는 것으로 알려져 있다

[7,8]. 이러한 취성 파괴 경향은 Al 첨가에 의해 억제되며,

이에 따라 Fe-Mn-Al-C강의 경우 제한적이나마 necking

및 necking 후연신이 일어난다 [9]. 한편 소성변형 중 형

성되는 기계적 쌍정들과 결정립계의 교차점 혹은 기계적

쌍정들의 상호 교차점에서 공동(void)들이 핵생성 되어, 이

들의 성장,  합체에 의해 dimple 파괴가 일어난다

[2,10,11]. 그러나 높은 균일연신율에도 불구하고 쌍정유기

소성강 파면의 dimple들은 여타 연성금속재료들에 비해 상

대적으로 미세하다. 이는 강의 변형 시 지속적인 공동 핵

생성 및 제한적 성장의 두 가지 요인에 기인한다. 즉, 높

은 변형량까지 균일 연신 시 기계적 쌍정 형성이 지속적으

로 일어나 공동 핵생성처 빈도 역시 지속적으로 증가한다

[12]. 한편 공동 성장 속도는 변형량 및 응력삼축비 증가에

따라 증가한다. 응력삼축비는 유효응력에 대한 평균주응력

의 비로써 공동은 주응력에 의해 성장하므로 응력삼축비

증가에 따라 공동 성장이 가속화된다 [13,14]. 따라서

necking을 수반하는 경우 neck 부위의 국부적인 변형량 및

응력삼축비 증가에 의해 공동의 크기는 증가하여 조대한

dimple들이 관찰되는 것이 일반적이다. 그러나 쌍정유기소

성강의 경우 necking이 제한되어 파괴 시까지 낮은 응력삼

축비를 유지하여 공동 성장이 제한적이다. 

위와 같은 쌍정유기소성강의 특이한 인장파괴거동을 보

다 잘 이해하기 위해 강의 소성변형 시 공동성장 거동 및

공동 합체에 미치는 전단밴드 영향 등에 대한 많은 연구가

진행되어 왔다 [15-17]. 변형량에 따른 공동 성장에 대한

응력삼축비의 영향은 일반적으로 다음 식 (1)과 같이 표현

된다 [13,14].

 (1)

위 식에서 r은 공동 반경, 는 응력삼축비, 은 유효변

형량, 는 재료상수이다. Fabrègue 등은 [12,18] 쌍정유기

소성강의 인장파괴 특성 거동을 고려하여 – 즉, 일정하고

낮은 응력삼축비(~0.33)와 지속적인 공동 핵생성 – 공동

성장에 대한 다음 식 (2)를 제안하였으며, 3차원 X-ray를

이용한 실측치와 비교적 잘 일치한다고 보고한 바 있다. 

 (2)

식 (2)의 첫째 항은 낮은 응력삼축비를 고려한 식 (1)의

변형된 형태이며 [19], 둘째 항은 공동 핵생성을 나타낸

항이다 (N: mm3당 공동 갯수, r
o
: 핵생성 시 공동 반경).

또한 이들은 전단 밴드 형성은 국부적인 응력삼축비 증가

를 야기하여 밴드 내 공동 성장을 가속시키는 것으로 보고

하였다. 

식 (1)과 (2)와 나타낸 바와 같이 공동 성장의 중요한

인자는 응력삼축비이다. Bridgman 해석에 [20] 의하면

necking이 일어나거나 notch가 존재할 경우 주응력 및 응

력삼축비는 다음 식 (3)과 같이 표현된다.

 (3a)

 (3b)

 (3c)

 (3d)

은 유효응력, 
m
은 평균 주응력이며, 그림 1(a)와 같이

R은 notch 반경, 2a는 최소 단면적 부위 너비, x는 최소

단면적 부위 중심으로부터 너비 방향 거리이다. 식 3d에

따라 notch가 없는 평시편의 경우 인장 변형 시작 시 (즉,

) 응력삼축비는 0.33이다. 쌍정유기소성강의 경우 평

시편 일축인장 시 necking이 거의 일어나지 않으므로 응력

삼축비는 파괴까지 0.33의 값을 유지한다. 따라서 평시편

일축인장 실험으로는 쌍정유기소성강에 있어 응력삼축비

변화에 따른 공동 성장 거동을 파악하는데 한계가 있다. 

이에 따라 시편 너비 방향으로 응력삼축비 구배를 나타

내는 notched 시편을 사용하여 쌍정유기소성강의 인장파괴

거동에 미치는 응력 상태 영향에 대한 연구도 진행되어 왔

다. 그러나 이들 대부분은 notch 민감도, 성형한계 등 소

성역학적 특성에 대한 것들이며 [5,16,21-25] dimple 파괴

의 가장 중요한 요소인 공동 성장과 같은 미세조직 변화에

미치는 응력삼축비의 영향에 대해서는 거의 언급하지 않았

다. 반면 Luo 등은 [6,26] notch 반경이 매우 작은 시편
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의 경우 dimple 파괴보다는 준벽개 파괴가 지배적이며, 이

에 의해 쌍정유기소성강의 notch 민감도가 다른 고강도강

에 비해 상대적으로 높다고 보고하였다. 또한 Baik 등은

[27] 평면응력 조건에서 {111}면 상의 벽개파괴가 지배적

으로 일어남을 관찰하였다. 이러한 연구들은 응력삼축비가

공동 성장뿐만 아니라 인장 파괴 모드에도 영향을 미친다

는 것을 의미한다. 이에 따라 본 연구에서는 다양한 응력

삼축비 분포를 나타내는 여러 형상의 쌍정유기소성강

notched 시편에 대해 일축인장을 행하고, 파면 관찰,

Digital Image Correlation, 유한요소해석 등의 분석을 통

해 응력삼축비 및 유효변형량 분포가 공동 성장 및 파괴

모드에 미치는 영향에 대해 알아보았다. 

2. 실험 방법

Fe-15Mn-0.65C-2Al-0.07Ti (중량%) 성분의 쌍정유기소

성강 열연재 (두께 6 mm)를 두께 1.5 mm까지 냉연 후

1000 oC에서 1 시간 소둔 처리를 행하였다. 본 연구에서는

PLC 전단밴드 형성을 억제하기 위해 Al 첨가강을 사용하

였다. 냉연소둔재로부터 그림 1(a)의 형상을 갖는 평시편과

notched 시편을 가공하였다. Notched 시편의 경우 notch부

최소 단면적이 동일하도록 notch 너비는 2.5 mm로 (즉,

식 (3)의 a = 1.25 mm) 설정하였으며, notch 반경 R = 4a,

1.5a, a의 3가지 시편을 제작하였다. 위 식 3d에 따라 초

기 형상의 notch 중심부 (x = 0) 응력삼축비는 각각 0.45,

0.62, 0.74이며, notch 표면의 경우 (x = a) 모두 0.33의

값을 갖는다. 그러나 인장 변형시 notch 반경 증가에 의해

응력삼축비는 지속적으로 감소하므로, 실제 응력삼축비 분

포는 식 3d와 차이를 나타낸다. 따라서 변형에 따른 응력

삼축비 분포 변화를 알아보기 위해 유한요소해석을 행하였

다. 유한요소해석은 판상 소재 xy면 및 xz면 대칭의 삼차

원 1/8 탄소성연속체 모델을 설정하여 DEFORM-3D를 사

용하여 행하였다 (x, y, z는 각각 너비, 길이, 두께 방향).

1/8 요소 모델에서 중심부로부터 4 mm 지점까지 단면

mesh수는 notch 형상에 따라 1290 ~ 1540개, 두께방향

mesh수는 6개였으며, Fig. 1b에 R = 4a notched 시편의

1/4 요소 모델을 예로 나타냈다. 

인장시험은 10-3 s-1 초기변형속도로 만능재료시험기

(INSTRON 5982, 10 ton)를 이용하여 행하였다. Notched

시편의 경우 notch부 길이를 gage 길이로 간주하였으며 (그

림 1(a)), notch 반경에 따라 notch부 길이가 다르므로

crosshead speed ( = gage 길이 ×변형속도)를 달리하여 변

형속도를 동일하게 하였다 [28]. Notch부 길이 방향 단면

적은 notch 반경에 따라 다르므로 그림 3의 공칭 응력 –

변형 선도에서 보고되는 공칭변형은 notch부의 평균 공칭

변형이며, notch 최소단면적 부위의 공칭변형은 이에 비해

크다. 공칭응력은 notch부 초기 최소단면적을 기준으로 산

출하였다. 공동 성장은 응력삼축비 뿐만 아니라 유효변형

량에도 영향을 받기 때문에 변형 중 notch부 단면의 유효

변형량 분포를 디지털 이미지 상관기법(digital image

correlation (DIC))을 이용하여 측정하였다. DIC 스펙클은 표

면 연마된 시편 표면에 백색 페인트를 분사하여 조성하였으

며, 스펙클의 평균 크기와 간격은 각각 ~20 m, ~40 m

이었다. 유효변형량은 변형 중 스펙클 위치 변화를 비접촉

식 strain gage 시스템 (ARAMIS 5M, GOM mbH)을

이용하여 산출하였다. Notch 형상에 따른 파괴 모드 변화

Fig. 1. (a) Schematic illustration of the smooth and notched specimens used in the present study, (b) An example of the 1/4 axisymmetric
finite element mesh model for R = 4a notched specimen.
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를 알아보기 위해 인장 파면의 중심부와 가장자리 부위를

주사전자현미경(JEOL 7100F)을 이용하여 관찰하였다. 

3. 결과 및 고찰 

3.1. 인장 변형 및 파괴 거동

냉연소둔재의 결정립 크기는 25±12 m 이었으며 (그림

2(a)), 대부분 Ti 탄화물인 조대한 개재물들이 압연 방향으

로 존재하였다 (그림 2(b)). 그림 3(a)에 냉연소둔재의 공

칭 응력 – 변형/변위 곡선을 나타내었다. 평시편의 경우

높은 가공강화능과 60%정도의 높은 균일연신을 나타내었

다. 파면에서 약 1 cm 떨어진 gage 부분의 미세조직을 관

찰한 결과 (그림 3(b)), 대부분의 결정립에서 기계적 쌍정

이 관찰되어 강의 소성변형은 쌍정유기소성에 기인함을 확

인하였다. Notched 시편의 경우 평시편과 비교하여 notch

반경이 감소할수록 항복강도 및 인장강도는 다소 증가하는

반면 연신율은 급격히 감소하여, 높은 notch 민감도를 나타

내었다. 또한 notch 유무에 관계없이 최대인장강도에 도달

한 후 necking 후연신이 거의 없이 바로 파괴가 일어났으

며, 소성변형 초기부터 파괴 시까지 PLC 밴드 형성을 나

타내는 serration이 유동곡선 상에서 관찰되지 않았다. 

그림 4에 DIC 분석에 의한 평시편 및 두 notched 시편

(R = 4a , R = a)의 파괴 직전 공칭변형에 따른 단면 유효

변형량 분포를 나타내었다. 평시편의 경우 (그림 4(a)),

e = 0.54까지는 gage 부분 전체에서 균일 변형이 일어났으

며, 앞서 언급한 바와 같이 변형 전체 구간에서 PLC band

형성 및 전파는 관찰되지않았다. e ~ 0.57부터 시편 중심부

에서 유효변형량이 가장 높은 불균일 변형이 일어나기 시작

하여 (그림 4(a)의 화살표), 최대하중 변형량인 e ~ 0.60에서

약간의 necking을 수반하며 급작스런 파괴가 일어났다. Yu

등은 [9] Al 무첨가 쌍정유기소성강 평시편의 경우 PLC

밴드 형성에 의해 시편 가장자리에서 균열이 시작되어 내

부로 전파함에 의해 파괴가 일어나는 반면, PLC 밴드 형

성이 억제되는 Al 첨가강의 경우 시편 중앙부에서 공동

형성 및 합체에 의한 균열이 발생하여 가장자리로 전파한

다고 보고한 바 있다. 이는 PLC 밴드 형성이 관찰되지

않고, 파괴 직전 시편 중심부의 유효변형량이 국부적으로

가장 높은 본 연구 결과와 일치한다. 파괴 직전 최대유효

변형량은 시편 중심부에서 약 ~1.4로 측정되었으며, 파면

은 전체적으로 하중 방향에 수직이었다. Notched 시편의

경우 (그림 4(b), 4(c)), 변형은 모두 notch부에 집중되었으

며, notch 부 바깥에서의 변형은 거의 없었다. 최대 유효변

형량이 중심부에 나타나는 평시편과는 달리 notched 시편

Fig. 2. (a) EBSD image quality map and (b) EPMA elemental maps
showing microstructure of the present steel after cold rolling and
annealing at 1273 K for 1 hr.

Fig. 3. (a) Engineering stress – strain curves of the smooth and
notched specimens of the present steel, and (b) Optical micrograph
showing mechanical twins in most grains in the gage section of the
fractured smooth specimen. 

Fig. 4. Effective strain distribution at selected nominal strains (e)
just before fracture obtained by in-situ digital image correlation
analysis. (a) smooth specimen, (b) R = 4a notched specimen, and
(c) R = a notched specimen.
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은 파괴 직전 notch 가장자리에서 최대유효변형량을 보였

으며, 이로 인해 양편 가장자리로부터 균열이 발생하여 중

심부로 전파되었다. Notch 가장자리 최대유효변형량은

R = 4a 시편의 경우 ~0.95, R = a 시편의 경우 ~1 정도로

유사했으나 평시편 중앙부의 최대유효변형량인 ~1.4에 비해

낮았다. 

DIC 분석과 더불어 유효변형량 및 응력삼축비 변화에 대

한 유한요소해석을 행하였다. 그림 5(a)에 보인바와 같이

평시편의 소성유동거동은  (MPa) = 1699 e0.874 + 307로

최적 표현되었다. 등방 탄소성체 모델을 (E = 210 GPa,

 = 0.3) 적용한 평시편과 notched 시편의 하중 - 변위 거

동 예측치를 측정치와 비교하여 그림 5(b) 및 5(c)에 각각

나타내었다. 평시편의 경우 예측치와 측정치는 매우 잘 일

치하였으나, notched 시편의 경우 notch 반경 감소에 따라

예측치는 측정치에 비해 다소 낮은 유동응력을 나타내었다.

그림 6에 평시편과 notched 시편의 최대하중에서의 단면

유효변형량 분포를 나타내었다. 평시편의 경우 gage 전체

부분에서 균일한 유효변형량을 (~0.68) 나타냈으며, 이는

그림 4(a)의 DIC 분석 결과인 평시편 공칭변형 0.54에서

의 유효변형량 0.70~0.75와 비교적 잘 일치한다. 그러나

DIC 분석에서 나타나는 중심부의 국부적 높은 유효변형량

은 나타나지 않았다. 최대하중에서 중심부의 높은 유효변

형량은 앞서 언급한 바와 같이 공동 성장 및 합체에 기인

하는 것으로 연속체 가정의 유한요소해석에서는 나타나지

않는다. Notched 시편의 경우 예상과 같이 notch 최소단면

적 부위에서 최대유효변형량이 나타났으며, R = 4a 및

R = a시편의 경우 각각 ~0.9, ~1.0으로 DIC 분석의 notch

가장자리 유효변형량인 0.9~1.0과 일치하였다. DIC 분석

결과와의 비교로부터 본 유한요소해석의 타당성이 확인되

어, 이를 이용하여 최대하중에서 notch 최소면적부위 너비

에 따른 응력삼축비 분포를 도출하였으며, 그 결과를 그림

7에 나타내었다. 중심부의 응력삼축비는 R = 4a, 1.5a, a의

경우 각각 0.40, 0.43, 0.48로서 식 3d에 의해 계산된 값

Fig. 5.  Comparison between the simulated (dotted lines) and measured (solid curves) (a) true stress - true plastic strain curves, (b) and (c)
load - displacement curves of the smooth specimen and notched specimens, respectively.

Fig. 6. Effective strain distribution at the gage section of the smooth
and notched specimens at maximum load obtained by finite
element analysis. 

Fig. 7. Stress triaxilaity profiles from the center to the edge of the
notch root section of the notched specimens at maximum load
obtained by finite element analysis.
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에 (각각 0.45, 0.62, 0.74) 비해 낮았으며, 이는 그림 4에

서 알 수 있듯이 주로 변형에 따른 notch 반경 증가에 기

인한다. 반면 notch 가장자리의 경우 0.33에 수렴하였다. 

3.2. 파단면 특성

앞서 설명한 바와 같이 시편 부위별 유효변형량 및 응력

삼축비는 notch 유무 및 형상에 따라 큰 차이를 나타낸다.

이들 분포가 파괴 모드에 미치는 영향을 알아보기 위해 각

시편 파단면 중심부 및 표면으로부터 약 50~100 m 떨

어진 가장자리 부위를 저배율 및 고배율로 관찰하였다. 저

배율 (×1200) 관찰 하에 평시편의 파단면은 (그림 8(a) 및

8(b)) 부위별 차이없이 비교적 편평하였으며, 미세한

dimple들로 구성되어 있었다. 반면 notched 시편의 경우

부위별 차이를 나타내었다. R = 4a 시편의 경우 중심부는

(그림 8(c)) 평시편과 유사하게 미세 dimple로 구성되어 있

으나 불균일한 조도를 보였다. 반면 가장자리는 (그림

8(c)) 매우 편평하며 깊이가 얕은 미세 dimple들로 구성되

어 있었다. 일반적으로 이러한 파면 형상은 ‘void sheet’으

로 정의되고 있다 [6,29]. R = a 시편의 중심부는 (그림

8(e)) 대부분 dimple 파면을 보였으나 준벽개파면도 일부

관찰되었다. 반면 가장자리는 (그림 8(f)) 대부분 준벽개파

면으로 구성되어 있었다. 

고배율 (×5000) 관찰 하에서 평시편 파단면은 부위에 관

계없이 비교적 균일한 등축의 미세 dimple들로 구성되어

있었으며 (그림 9(a) 및 9(b)), 영상분석을 이용하여 측정

한 dimple 크기는 약 0.6 m 정도였다. 한편 그림 9(b)

에 보이는 바와 같이 개재물이 – 대부분 Ti 탄화물 – 들

어있는 조대한 공동들이 관찰되었다. 이들 개재물 관련 조

대 공동들은 서로 독립적으로 존재하며, 이들과 주위 미세

공동들간의 합체 혹은 이들로부터의 균열 전파 등은 관찰

되지 않아 파괴의 직접적 원인은 되지 않는다. R = 4a 시

편의 중심부는 (그림 9(c)) 평시편과 유사하게 등축의 미세

dimple들로 구성되어 있었다. 평균 dimple 크기는 (약 0.7

m) 평시편과 비교하여 측정 오차 범위 내에서 유사하였

으나, 크기 분포는 평시편에 비해 다소 불균질 하였다. 가

장자리의 경우 (그림 9(d)) 중심부와는 달리 ‘void sheet’

파면의 전형적인 특징인 일방향으로 심하게 전단된 얕은

깊이의 dimple로 구성되어 있었다. R = a 시편의 중심부

파면 (그림 9(e)) 역시 다른 시편과 유사하게 미세한 등축

의 dimple들로 구성되어 있었으며, 이들의 평균 크기는 약

0.6 m 정도로 평시편과 유사하였다. 또한 조대한 dimple

도 일부 관찰되었으나 (그림 9(d)의 점선 원 부분), 이들

내부에는 개재물이 존재하지 않아 이들은 국부적인 공동

합체에 기인하는 것으로 판단할 수 있다. 가장자리의 경우

(그림 9(f)), 저배율 관찰에서 언급한 바와 같이 대부분 준

벽개 파면들이 관찰되었다. 

위의 결과를 그림 7의 응력삼축비 분포와 연계하여 요약

하면 다음과 같다. 시편중심부의 경우 notch 반경이 감소

할수록 높은 응력삼축비를 나타냄에도 불구하고, 모두 평

시편과 유사한 크기의 (0.6~0.7 mm) 등축 dimple들로 구

성된 파면을 나타냈다. 반면 모든 시편의 가장자리는

~0.33 정도의 동일한 응력삼축비를 가짐에도 불구하고 평

시편의 경우 등축의 미세 dimple 파단면을 보이는 반면,

R = 4a 시편의 경우 일방향으로 전단된 얕은 깊이의 미세

dimple로 구성된 void sheet 파면, R = a 시편의 경우 대

부분 준벽개 파면을 나타내는 파괴 모드 천이를 나타냈다.

3.3. 파괴 거동에 미치는 유효변형량 및 응력삼축비

분포의 영향

본 실험 결과는 연성 dimple 파괴에 미치는 응력삼축비

의 일반적인 영향과 차이를 나타낸다. 즉, 연성 재료의 경

우 응력삼축비 0.33 이상의 인장 조건에서는 공동 형성에 의

한 dimple 파괴가 일어나며, 공동 성장은 응력삼축비 증가에

Fig. 8. Low mag. (× 1200) SEM micrographs of the center and the
edge of the fracture surfaces of the steel. (a), (c), and (e) the center
of the smooth, R = 4a, and R = a specimens respectively; (b), (d),
and (f) the edge of the smooth, R = 4a, and R = a specimens
respectively.
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따라 가속화 되어 dimple 크기가 증가한다 [13,14,30,31]. 그

러나 본 연구 결과 응력삼축비가 높은 notched 시편 중심

부의 dimple 크기는 응력삼축비가 낮은 평시편 중심부와

유사하였다. 식 (2)에서 알 수 있는 바와 같이 쌍정유기소

성강과 같이 파괴 시까지 낮은 응력삼축비를 유지하고, 지

속적인 공동 핵생성이 일어나는 경우 공동 성장은 응력삼축

비 및 유효변형량 뿐만 아니라 공동 핵생성 속도에도 의존

한다. 변형 중 새로이 형성되는 공동의 빈도가 (즉, 식 2의

둘째 항) 증가할수록 전체 공동성장 속도는 감소되므로 식

(2)의 첫째 항이 공동성장속도의 상한이 되며, 이로부터 최

대 공동 크기는 (r) 다음 식 (4)와 같이 표현된다.

 (4)

본 연구에서는 초기 공동 핵 반경(r
o
) 측정이 불가하여

정량적인 분석은 행하지 않았다 그러나 식 (4)로부터 다음

과 같은 정성적 유추를 할 수 있다. 즉, 그림 4 및 7에

보인 바와 같이 최대 하중에서 중심부의 최대 유효 변형량

은 notched 시편의 경우 0.9~1.0, 평시편의 경우 ~1.4로

평시편이 높은 반면, 응력삼축비는 notched 시편의 경우

0.40~0.48, 평시편의 경우 0.33으로 평시편이 낮다. 따라서

이들의 상쇄 효과에 의해 유사한 dimple 크기를 나타낸다

고 볼 수 있으며, 이에 대해서는 정량적 추가 연구가 필요

하다. 참고로 서론에서 언급한 Fabrègue 등의 연구에서는

[12] 초기 공동 핵 반경을 1.8 m로 설정하여 식 (2)를

적용하였으나, 이는 비이상적으로 조대한 값이며, 본 실험

결과와도 일치하지 않는다. 

가장자리의 경우 모두 유사한 응력삼축비 (~0.33)를 나

타냄에도 불구하고 notched 시편은 평시편과 유사한 미세

등축 dimple 파단면을 보이지 않고, notch 반경 감소에

따라 void sheet, 준벽개파괴로의 파괴 모드 천이 거동을

보였다. 이러한 파괴 모드 천이에 미치는 응력삼축비와 유

효변형량의 복합적 영향을 알아보기 위해 notched 시편의

중심부, 중심부와 가장자리의 1/2지점, 가장자리의 세 지점

에서 변형 개시부터 최대 하중까지의 응력삼축비와 유효변

형량의 변화를 유한요소해석을 통해 분석하였으며, 그 결

과를 그림 10에 나타내었다. 또한 동일한 공칭 변형에 상

응하는 부위별 응력삼축비와 유효변형량을 그림 10에 점

선으로 연결하였다. 평시편의 경우 모든 부위의 응력삼축

비는 유효변형량 증가에 따라 변화없이 모두 유사한 0.33

의 값을 나타내므로 별도로 도시하지 않았다. 우선 모든

시편의 경우 가장자리의 유효변형량이 가장 높았으며, 중

심부가 가장 낮았다. 또한 R = 4a 시편의 경우 (그림

10(a)) 공칭 변형 2% 이상에서 응력삼축비는 유효변형량

증가에 따라 세 부위에서 거의 일정한 값을 나타냈으나,

notch 반경이 감소할수록 (그림 10(b) 및 10(c)) 세 부위

의 응력삼축비는 유효변형량 증가에 따라 다소 감소하는 경

향을 나타내었다. 한편 표면으로부터 중심부 방향으로 동

일 공칭 변형에서의 유효변형량 및 응력삼축비의 부위별

차이는 notch 반경이 감소할수록 크게 증가하였다 (즉, 점

선의 기울기는 음의 값으로 증가). 이전 보고된 연구 결과

에 의하면 [28] necking을 수반하며 dimple 파괴를 일으

키는 이상조직강 (dual phase steel)은 쌍정유기소성강과 반

대 경향을 보인다. 즉, 이상조직강의 경우 notch 반경이 큰

시편의 경우 동일 공칭변형에서의 유효변형량은 중심부에

서 가장 높다. 그러나 notch 반경 감소에 따라 모든 부위

에서 유효변형량은 거의 유사하게 되는 반면, 응력삼축비

는 모든 부위에서 유효변형량 증가에 따라 증가한다 (즉,

동일 공칭변형에서 유효변형량에 따른 응력삼축비는 표면

으로부터 중심부 방향으로 양의 기울기로 증가). 따라서 이

상조직강의 경우에는 notched 시편에서도 중심부에서 조대

공동들이 형성되며, 이로 인해 중심부에서 우선적으로

dimple 파괴가 일어나는 cup-and-cone 파괴 거동을 보인다

 r  r
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Fig. 9. High mag. (× 5000) SEM micrographs of the center and the
edge of the fracture surfaces of the steel. (a), (c), and (e) the center
of the smooth, R = 4a, and R = a specimens respectively; (b), (d),
and (f) the edge of the smooth, R = 4a, and R = a specimens
respectively.
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. 반면 쌍정유기소성강은 모든 notch 시편의 가장자리 유

효변형량이 가장 높아 notch 표면부에서 균열이 발생하여

중심부로 전파한다. 또한 응력삼축비는 모든 부위에서 유

효변형량 증가에 따라 감소하므로 공동 성장 및 합체가 억

제된다. 이는 시편 표면으로부터 중심부까지의 유효변형량

및 응력삼축비 구배가 음의 값으로 증가할수록 파괴모드는

dimple 파괴, void sheet 파괴, 준벽개 파괴로 천이함을

보여준다. 따라서 쌍정유기소성강과 같이 necking이 제한

적인 경우 파괴 모드는 응력삼축비의 국부적 절대값보다는

응력삼축비 및 유효변형량의 구배에 더 큰 영향을 받는다

는 것을 알 수 있다.

4. 결 론 

Al 함유 쌍정유기소성강의 인장파괴 거동에 영향을 미치

는 인자를 알아보기 위해 서로 다른 notch 형상을 갖는

notched 시편 및 평시편에 대해 동일 조건에서 일축 인장

실험을 행하고, 그 결과를 파면 관찰, 유한요소해석 및 디

지털 이미지 상관기법 등을 통해 분석하여 다음과 같은 결

과를 얻었다. 

1. 평시편의 경우 PLC 밴드 형성 없이 최대 하중까지

모든 gage부위에서의 유효 변형량은 균일하였으며, necking

이 거의 일어나지 않고 하중 방향에 수직으로 급작스런 파

괴가 일어났다. Notched 시편의 경우 notch 반경 감소에

따라 파단연신율이 급격히 감소하는 높은 notch 민감도를

나타냈으며, 유효변형량이 최대를 나타내는 notch 표면로

부터 균열이 발생하여 파괴가 일어났다.

2. 평시편은 높은 유효변형량에도 불구하고 파괴 시까지

낮고 일정한 응력삼축비를 유지하여 파단면 모든 부위는

균일한 크기의 등축 미세 dimple들로 구성되어 있었다. 반

면 notched 시편의 경우 notch 중심부는 평시편에 비해

높은 응력삼축비를 나타냄에도 불구하고 상대적으로 낮은

유효변형량에 의해 평시편과 유사한 크기 및 형상의

dimple들로 구성된 파면을 나타내었다. 그러나, notched 시

편의 가장자리는 모두 평시편과 유사한 ~0.33의 응력삼축

비를 가짐에도 불구하고 notch 반경 감소에 따라 dimple

파괴, void sheet 파괴, 준벽개파괴로의 파괴 모드 천이 거

동을 나타내었다. 

3. 유한요소해석 및 DIC 분석 결과로부터 necking을 거

의 수반하지 않는 쌍정유기소성강의 파괴 거동은 응력삼축

비 및 유효변형량의 국부적 절대값보다는 시편 형상에 따

른 이들의 분포, 즉 구배에 의해 더 큰 영향을 받는다는

것을 알 수 있다. 즉 응력삼축비 및 유효변형량의 구배가

심할수록 파괴 모드는 등축 dimple 파괴, void sheet 파괴,

준벽개파괴로 천이 거동을 보인다.
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