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摘要

化工、石油化工、火力发电以及核电工业中存在高温高压管线。长期工作在高

温高压下的管道材料，在温度和应力作用下，材料的显微结构、力学性能、耐热性能、

物理性能都会缓慢地变化。f材料在高温下出现的老化现象，实质上是蠕变损伤积累

和材质劣化，并最终在应力作用下导致开裂失效。目前我国许多高温高压管线的运

行时间普遍已达到或超过了其设计寿命，这一现象在热电厂中尤为明显夕如何对这

些高温承压主蒸汽管道的寿命进行再设计，正确预测剩余寿命，充分利用其剩余寿

命已成为国内外热电厂普遍关心的重要问题。

为解决这一问题，其关键在于通过研究提供一个较好的寿命设计和预测方法，

它能较准确而简便地判明管道实际安全寿命。针对这一现状，本文提出了以应变为

基础的寿命设计方法，即多轴应力下的应变控制准则。

本文主要通过理论分析、试验研究、有限元数值模拟和计算，对高温高压管线

中的直管和弯头的多轴应变控制准则进行了研究。通过高温蠕变试样的测量，采用

Kachanov—Robatnov的损伤本构方程导出多轴应力和多轴破断应变之间的关系，并

通过有限元法的计算，建立高温下分析设计的应变容限值。

本文还应用微结构分级方法、损伤力学方法、拉伸一米勒方法预测和R5等方法

对该管线进行了剩余寿命的预测。

关键词：多轴应力应变准则寿命设计寿命预测 高温高压管线
有限元方法
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ABSTRACT

Many high temperature pressurized pipelines are uselin chemical，petrochemical，

electricity generating plants and nuclear power stations．Operating under high

temperature and high pressure for a long period，the material’s microstructure，

mechanical property,physical property and heat resistance degrade gradually．In reality，

the material ageing at high temperature is the result of creep damage accumulation and

material deterioration，which lead to final cracking failure．At present，many

high．temperature and high-pressure pipelines have reached or exceeded their designed

lives，especially in power stations．How to re—design·孓：pipeline，asSeSs the residual life

accurately and make full use ofthe life has become a important issue widely concerned at

home and abroad．

The key to solve this problem is to provide a good life design and assessment tool

that can judge the safe life ofpipeline accurately and concisely．Aiming at this purpose，a

life design method based on strain，is investigated in the present paper,i,e．strain

controlling crimfion at multiaxial stress state．The strain criterion of a pipe and a bend is

developed by theoretical analysis，creep testing and finite-element simulation．With the

data of creep testing，the relationship between multiaxial stress and multiaxial rupture

strain is deduced based on Kachanov-Robatnov constitutive equations．The strain limits

of high temperature pressurized pipeline are determined by the finite eMment

computation．

Microstructure classificaion method，the continuous damage mechanics approach，

Larson·Miller method and R5 pmcedure are also applied to assess the residual life of the

pipeline in the paper．

Key words：multiaxial stress，strain criterion，life design，life assessment，high

temperature and high pressure pipeline，finite element method
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i．1 引言

第一章绪论

化工、石油化工、火力发电以及核电工业中存在许多受压的高温设备与管道(通

常称高温构件)，尤其以火力发电厂、热能厂和核电站中的高温高压蒸汽管线最为

常见，其中特别重要的是主蒸汽管线。不仅因为它造价高，目前有多种高温高压的

管予还依赖进口，而且更为重要的是它若发生意外，对整个机组，乃至整个电厂的

威胁将是十分严重的。目前我国高温高压电厂中主蒸汽管道的运行时间普遍已达20

万小时，最长的累积服役时间己达33万小时以上【lJ。也就是说，许多主蒸汽管线已

经达到或超过了其设计寿命，但是出于经济和技术等方面的原因，许多热电厂不能

更换原来的管线，因此必须找到～种方法来延长现有管线的寿命【2】。研究和工程经

验也表明许多主蒸汽管线的使用寿命往往超出传统设计准则所确定的设计寿命【31。

同时对于新建高温装置从可靠性和经济性出发迫切需要新的设计准则的指导。

因而近年来，延长高温构件的使用寿命、发展新的设计准则的要求显得前所未

有的迫切，已成为国内外相关工业领域和科技界普遍关心的重要问题【4】口]。为解决

这一问题，其关键在于通过研究提供一个较好的寿命评价方法[61，准确而简便地估算

高温构件的实际安全寿命。

1．2高温构件寿命评价的状况

国内大量地开展了高温承压构件剩余寿命预测的研究工作，但没有建立起寿命

设计和预测的完整体系和机制，尤其是关于寿命设计规范的成果很少见到报导，这

方面的研究工作处于起步阶段，但仍处于较初级的阶段【7】o

工业发达国家出于剧烈竞争的需要，建造许多大型石油、化工厂、电厂，并对

老厂进行延寿，很早就开始了对高温构件寿命及设计方法的研究，历数十年经久不

衰口】。国外关于高温承压构件的剩余寿命和其经济性于80年代取得了较多的研究成

果。如美国电力研究院(EPRI)对发电机组设备建立了一套完整的设备寿命延长及其

经济性的三级评估法是最有代表性的【9]，但由于某些设计方面及考核参数的差异，

使我们难于直接应用其成果【1们。目前日本对设备构件残余寿命的评估方法是按自然

资源与能源署与日本国际贸易与工业部在1987年联合颁布的国家导则下进行的。
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1988年日本国际贸易工业部(MITI)又下达了一项已持续5年的国家科研项目，目的

是对现行评估技术进行评价，研究更可靠的评估方法，并最终修定1987年颁布的导

则。总的来说欧、美国家在寿命评估工作中更重视研究材料对己形成的缺陷的承受

能力，以此为出发点所采用的技术方法多与裂纹扩展分析研究有关：而13本更多着

眼于从研究材料损伤的孕育过程来进行寿命评估。

近十多年来研究取得进展寿命评价的方法还有硬度测定法、0一投影法㈨㈣、

Q一投影法【l“、诸多修正的Kachanov—Robatnov(K-R)本构、以及基于物理机制的

损伤本构方程【14]等等。

1．3 高温高压管线寿命设计与预测技术现状

高温高压管线尤其是主蒸汽管道的设计寿命是普遍关心的重要问题。热电厂主

蒸汽管道(包括母管)是发电厂的主要高温构件之一。长期工作在高温高压下的主蒸

汽管道材料，在温度和应力作用下，材料的显微结构、力学性能、耐热性能、物理性

能都会缓慢地变化。材料在使用过程中出现的老化现象，实质上是蠕变损伤积累和

材质劣化，并最终在应力作用下导致开裂失效[1 51。

对于高温高压管线寿命设计与预测技术，特别是热电厂中的主蒸汽管道的寿命

设计与预测，国内外的科研机构和生产单位开展了大量的研究工作，积累了一些有

意义的研究成果。目前国内外对管线寿命评价较常用的方法有【16】：

(1) 实验测定持久强度确定安全运行时间的方法

对高温高压的寿命进行预测，我国目前主要采用以持久强度校核为主的综合分

析方法。该方法是将运行后的管道的切割段进行组织性能试验，其中包括试验测定

持续时间为1万小时以上的持久强度，然后根据其组织性能的变化程度和历次切割

段数据的比较，以确定该管线继续安全运行的时间。由于规定外推的时间一般为lO

万小时，所以每次切割段试验所能确定的继续安全运行时间最长也只能是10万小

时。由于这种方法的试验工作量大，试验周期又长，而且仅仅是材质方面的鉴定，

无法考虑运行工况下外加应力这一影响寿命的主要因素，因而管线寿命的预测有较

大的误差，而且只能预测10万小时范围内的安全情况。

(2) 寿命损耗分数计算法

国内外目前除了采用上述强度核算方法来预测主蒸汽管道的寿命，还普遍采用

寿命损耗分数计算法，以进行管道寿命估算。它实际上就是罗宾逊法则，表达式为：
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喜等=屯 ㈦1)

在式(1．1)中，At。一在应力盯：和温度f条件下的运行时间；

△，。一在应力盯，和温度z条件下材料的断裂时间；

"一温度，和应力仃的变化次数。

当以=1时，材料寿命告终止。

用罗宾逊法则计算寿命所得出的结论较为保守，误差主要来源于计算的工作应

力与实际值有偏差，因而外推得到的各参数下的断裂时间△f。有偏差；另外常数丸可

能不是l；△f。取决于温度、应力水平、钢材材质，而与运行时间无关。但实际上

12CrlMoV钢、lOCrMoglO钢等随运行时间的增长，材质劣化，性能降低，也就是会

产生一系列的组织性能的变化，即在实际上&。是随运行时间而变化的。

(3) 金相组织检查法

金相组织检查法的基础是高温高压管线各构件材料的蠕变抗力取决于钢材在

运行中金相组织的变化程度，而金相组织的变化则反映了影响构件运行寿命的各主

要因素的作用。此法可根据金属组织的变化程度来决定管线的寿命。主要是根据金

属组织的变化，预测其蠕变寿命。作法是把金相组织的情况与迈森一哈菲德图上的

每一条蠕变变形量直线等同起来。这样，若检验了金相组织，就可在图上找到一条

相应的等蠕变变形量直线，再根据管道的运行温度和运行时间就可以得出该管道的

剩余寿命。这种方法的优点是避免了工作应力与实际不符所引起的误差；而缺点是，

由于金相组织的变化，例如细晶变为粗晶、晶体球化或石墨化等，大多是定性的，

因而不够精确。

(4) 物理量测量方法

对物理量的测量，较为普遍的方法是对宏观裂纹进行检验。在机组大修时，检

验管线的外表面、弯管外弧侧面、阀门壳体变截面外、三通肩部等应力集中处。一

般用肉眼观察、=酸浸、磁粉或着色探伤等。近几年来，又发展了用覆膜金相法来

检验高温承压管道表面的蠕变孔洞。检查蠕变孔洞可较早地发现蠕变损伤。由于蠕

变孔洞和蠕变裂纹的产生、发展与蠕变变形有着直接的联系，所以可用来预测管道
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的寿命。用覆膜金相法可检查出尺寸为7#rn的蠕变微裂纹以及直径为2．O一0．1,am

的碳化物颗粒，对检验蠕变孔洞是十分灵敏的。其主要缺点是，无法考虑外加应力、

服役历史等影响寿命的主要因素，仍属定性分析方法范畴。

(5) 蠕变相对变形量判废新标准

按《火力发电厂金属技术监督规程(SDl07—83)》规定，主蒸汽管道的蠕变相

对变形量达到l％时，就要更换管子。这一控制条件的数据，只是按照主蒸汽管道

设计寿命为lO万小时而确定的。但是电厂实际情况，虽然管道运行到10万小时，

蠕变相对变形量也接近1％或蠕变速度大于0．75×10。mm，．(ram．h)绝大部分管材经

试验鉴定还是好的，符合规程要求，认为还能运行很长一段时间。统计国内外许多

电厂的主蒸汽管道的实际运行，普遍都超过了20万小时，对其中少数电厂的主蒸

汽管道切割检验，材质基本完好。现在德国已经在规范中把蠕变相对变形量提高到

2作为新规定指标。我国在1983年的金属监督规范中，修改了以前的规定，蠕变相

对变形量超过l％的主蒸汽管材，经检验，只要材质符合规定的条件，允许运行到

20万小时。但是，实际运行工况下蠕变相对变形量允许达到的控制指标，尚未做出

明确规定。显然，这是缺乏大量检验和科学研究成果作为依据的缘故。美国ASMECode

Case N-47应变准则规定：

I． ￡<1％ (薄膜应力)

II． ￡<2％ (薄膜应力+弯曲应力)

III． ￡<5％ (峰值应力)

准则I主要用于薄膜应力起作用的场合，对跨过壁厚的平均应变进行限制：准

则II用于薄膜应力和弯曲应力起作用的场合，对表面处的应变进行限制；准则III

对局部的应变集中进行限制。

上述限制主要是对电厂的构件的设计而定的，亦即设计寿命为10万小时，计

算累积的应变不允许超过规定值。在工厂实际运行管理中，为了最大限度地利用蠕

变韧性，延寿设备使用寿命，有些规定已将薄膜应力作用下的应变许用值放宽到2

-396。对于石油化工厂的高温炉管，许用值可达5％。

(6) 蠕变微孔洞扩张损伤量的判废标准

所谓蠕变微孔洞扩张损伤量，就是平均直径小于3—5#聊的蠕变微孔洞的体积

4
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"，与整个金属体积矿之比的百分数，即p=(KIV)x100％。当p≥0．2％时，就

可以认为达到了报废程度：或者当蠕变微孔洞的平均直径都大于5，册时，就可认

为达到报废程度。显然，它只能是定性分析指标，要使其与宏观力学性能联系起来，

有效到进行定量分析，还需做深入研究工作。

(7) 按碳化物成分及其颗粒大小的判废标准

对～些耐热钢的组织结构与碳化物成分的定量分析发现，一般碳化物颗粒平均

直径达到3000--3500A时，同时将钢中碳化物含铝量占钢中含钼量的比值作为判废

标准，当12CrMo，15CrMo钢管道达到70％，12CrlMo钢管道达到65％时就认为材质

劣化；若超过上述指标时，则认为材质很差，钢管道就不宜继续运行使用。这些生

产实践经验数据可供参考。把碳化物中含钼量作为主要成分指标，是考虑到在运行

过程中铝量变化明显，供材质鉴定参考是有益的。

(8) 按钢的密度下降值确定判废标准

大量分析发现，钢的密度与其化学成分、组织状态和疏松程度有密切关系。钢

管道在长期运行中，钢的密度是随组织状态、蠕变孔洞萌生与扩展的变化，以及材

质劣化、性能降低等而发生相应的变化。例如在565"C运行温度下，钢的密度随运

行时间的变化大致为：(1)运行时间小于8．5万小时，钢的密度稍有增加，其增值

约为0．002一O．0069／cm3，其原因是在运行过程中析出碳化物M：C与M。。C。所致：(2)

当运行时间超过8．5万小时后，随着蠕变孔洞的萌生与发展，钢的密度开始降低，

当运行到蠕变第三阶段初期，钢的密度下降值约为0．3％，达到将要断裂时，密度

下降值约为1％。一些学者共同认为，当钢的密度下降值达到0．7％一0．8％时可作

为更换管子的指标。但是，由于钢的密度变化幅度极小，要求测试环境极为苛刻，

要提出一个合理的定量化密度判废标准，尚需进一步做大量工作。

(9) 口法

目法是一种以恒应力蠕变试验为基础的寿命估算方法。它的特点是预测精度较

高，外推范围大。其基本思想是将一般的蠕变曲线看作是蠕变速率下降的第一阶段

和蠕变速率上升的第三阶段的迭加㈣。因此蠕变应变￡随时间变化可写为：

占=so+岛[1一exp(一巴，)]+03[exp(04t)一1】 (1．2)

式中，占为总应变，岛为弹性应变，，为时间，最和岛分别为蠕变第一和第三
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—————————————————————————————————————————————————————————————————————————————一一
阶段的应变，0：和吼分别为第一和第三阶段的应变速率。四个臼参数和断裂应变￡，

又与应力盯和温度丁有关，且满足以下关系：

lgO。=d，+b,T+c，仃+d，r盯(f=1，2，3，4) (1．3)

占=口+bT+c仃+dTG (1．4)

式中，d，b，C，d和4，，b，，Cl,d，均为材料常数。当臼参数和断裂应变确定后，蠕变应变

和蠕变寿命就可以计算出来。

随着现代物理学及其技术的发展，还有一些其他的物理量测量方法，被用于主

蒸汽管道寿命预测，但目前尚不够成熟，本文不一一赘述。

1．4现行高温高压管线寿命设计与预测技术规范存在的问题

我国目前还没有一部高温构件的设计规范，高温下服役的压力容器和管道大多

参照常规压力容器的设计公式、按高温下的许用应力进行设计。在国际上通用的设

计规范是美国机械工程师协会规范案例ASME CC N一47il⋯，九十年代以后出现了英

国的R5规范【l91，其他一些国家对热电厂和核电厂高温构件的延寿设计也做了总结，

亦已经制定出指导性文件【20】【2”。必须指出的是许多文件或指南目前还没有足够的使

用经验，相比之下ASME CC N一47相对成熟。即便如此，ASME CC N-47仍有很大

的局限性：(1)沿用常规压力容器设计的应力分类准则：．这种准则主要是以塑性理

论为基础的，以塑性分析的结果来推断应力性质，用于高温粘性结构的设计显然缺

乏科学性：(2)不能准确地设计使用寿命：未定义非弹性分析方法，一般采用简单

本构进行分析，如Norton方程；(3)分类控制应变所设定的容限值缺乏依据：规

范中简单地规定对一次应力许用应变值为1％，对二次应力为2％，这基本上是经验

主义的结果，实际上材料在不同应力状态下表现出的抵抗变形的能力有很大不同，

简单判据易造成过保守或不安全的设计；(4)焊接接头的设计容限未考虑多轴因素

的影响。这些局限性使得N一47无法满足设备延寿设计与挖潜改造的要求。美国压

力容器研究委员会高温强度委员会(PVRC-ETD)注意到了原设计准则的局限性，

特别是对于较高温度下的设计，原准则并未充分利用材料的韧性，设计寿命与实际

寿命有很大差距，转而考虑Kachanov—Robatnov模型【22】，但是仅考虑了单轴的情况。

为此美国电力研究院(EPRI)按照先进的寿命预测技术和价值工程的方法为电厂的

寿命评定制订了三级评定标准和准则123】：欧洲共同体发起HIDA计划(HJgh
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Temperature Defect Assessment，BE]702)，由欧洲9国12个单位联合攻关，旨

在发展新的高温设计的欧洲规范乃至国际规范，并建立相应的知识库系统【2“。2000

年始又再次发起了新的四年计划，命名为“Integrity”，着眼于焊接修复结构的

高温强度研究，参加单位包括意、英、法、德、荷、比等国家的研究机构拉”。

我国学者亦已认识到了高温设计方法的重要性，已进行过一些以建立设计准则

为目的的研究口“，提出了高温结构热弹塑性一蠕变有限元分析的数值方案，但所用

本构没有隐含多轴破断准则、或是采用损伤耦合的本构，尚不能直接估算寿命，同

时亦没有实验或实践的检验，不足以指导以延寿为目的的设计准则的制订。

设计规范的科学性要求规则的导出能主要地基子严格、可靠的科学分析，而

较少地依赖于经验。对于常温下的压力容器，采用较为严格的塑性理论的极限分析

方法，可以判定不同部位的应力的性质，由此演绎出的压力容器应力分类设计准则，

这是设计理论的重要发展，但近年来采用弹塑性有限元分析，发现对于同一结构由

于分析方法不同所导致的允许载荷的差异【2”，因此应力分类设计准则仍需修订。更

为复杂的问题是高温构件的破坏，既有空间多轴应力状态的复杂性，又有依赖于时

间的复杂性，由高温热激活所造成的材料损伤及其演化是决定寿命的关键因素，显

然依据材料的塑性性质来制订高温设计的准则是不尽合理、也是不可靠的。只有依

据结构损伤演化规律，深入了解高温构件寿命的全过程，才能准确判断应力、应变

性质，建立更为科学的应力分类控制和应变容限准则。

I．5论文研究的主要内容及安排

显然，目前高温构件的设计准则还没有科学地计及多轴应力的影响，而寿命预

测在理论上和技术上均还欠成熟。为此本文将就高温高压管线的设计与寿命预测问

题进行研究，力图在前人研究的基础上，得到进～步的认识。

本文具体的研究工作主要包括下列内容：

第一章综述了高温构件寿命评价的状况、高温高压管线寿命设计方法与预测技

术的现状与存在问题，明确本文的主要研究内容。

第二章对应力多轴度对材料破断应变的影响进行理论研究，分析破断应变对应

力状态依赖性的基本原理的基础。然后，进一步研究蠕变条件下破断应变对应力状

态的依赖性，讨论基于K—R方程的Cane的乘积型和Hayhurst的加和型的破断准则

中应力对应变的不同影响。

第三章研究受轴向拉应力作用的承压薄壁圆筒，对不同的轴向拉应力和环向拉

应力组合进行数值模拟，以得到圆筒在不同应力状态下的应变容限。本章还对承压



第一章绪论

弯头的多轴破断应变容限进行研究，进而提出以应变为基础的寿命设计方法。

第四章用有限元的方法对典型高温高压管线进行整体得应力应变计算分析，以

得到管线中直管和弯头的应力状态，然后根据其应力状态确定应变容限，并提出整

体管线中要重点监控的部位。

第五章用金相组织法、参数外推法和R5法等方法对高温高压管线进行寿命评

价，并对这几种中方法进行比较。

第六章是全文的总结以及对今后研究工作的展望。
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第二章 应力多轴度对材料破断应变的影响

2．1 引言

无论是在均匀应力场，还是在裂纹尖端，随着微空洞的快速增长和合并，具有

延性的固体的断裂就能观察到，在塑性变形区叠加不同方向的拉伸应力将加速这个

过程。同时，它将大大的减小材料的破断应变，也就是减小多轴应力下的材料韧性。

通过实践已逐渐认识到传统的持久强度方法评价高温构件剩余寿命的结果与

工程实际断裂之间差距很大，其主要原因是：

a．单轴应力蠕变试样测得的蠕变结果与多轴应力下高温构件真实断裂的结果

不相符合；

b．现有持久强度外推技术的长期断裂结果与真实试验结果之间存在较大的误

差。

随着科学技术的发展，新的剩余寿命预测方法逐渐被开发。从蠕变损伤角度来

预测高温部件剩余寿命已进行了广泛的研究[281。损伤的概念自1958年提出，理论

框架在七十年代得以完善【29】f301，至九十年代，人们主要在两方面的进行努力：一是

致力于建立细观损伤本构方程及宏观和细观的关联‘3l】【3孙，二是在工程中的应用

[33】『34】，必须指出的是在第一个方面我国学术界着力甚多，但是当前的研究似乎忽略

了工程中的现实需要：高温构件的寿命预测与设计问题。较之于材料问题的研究，

构件的特殊性在于多轴应力状态的影响，这是损伤理论中必须考虑的难点。本章从

多轴蠕变损伤本构方程出发，试图建立蠕变破断应变与应力状态的关系。

2．2 破断应变对应力状态依赖性的基本原理

为了说明蠕变破断应变对应力状态的依赖性关系，可以从微观变形机制上进行

阐述。图2-1为单轴拉伸和双向拉伸的比较口51。比较孔洞在单轴和多轴应力、平面

应变条件下的扩展，单轴情况下初始为圆形的孔洞将沿拉力方向伸长，由于非拉伸

面能自由变形，因而，在非拉伸面上将产生收缩变形．以保持变形体的体积恒定，

这～过程的塑性变形是很大的。但在双向应力作用下，由于塑性变形时，变形体的

体积保持恒定(体积不变假设)，在双向应力作用下，变形体能产生的变形很小，

若要产生变形，则要以内部体积的减少、即孔洞的产生为代价，但是，即使是有很

大的孔洞，其所能导致的外部体积的增加也是很少的，因此，这一过程必然是脆性



第二章应力多{自度对材料破断应变的影响

一———————————————————————————————————————————————————————————————一

单轴拉仲 双向拉伸

鞘器
(a)

H
㈤删

图2-1不同应力状态对空洞扩展的影响(a)变形前：(b)变形后

Fi醇·1 Influence ofthe stress state onthe development ofitvoid

(a)before deformation(b)after deformation

2．3蠕变条件下破断应变对应力状态的依赖性

关于多维应力蠕变理论早在30年代就有Bailey，Odqvist[36】[37j【381等许多学者

进行了研究，由于蠕变属于不可逆变形，通常遵循塑性理论的发展，从形式上把塑

性理论推广到蠕变情况，然后验证理论的可靠性。

人们对多轴的拘束度于韧性的影响在工业革命的早期便有所了解，如铁条若带

有缺口，则断裂时的变形很少，是脆性的断裂。高温蠕变变形则如低温下的塑性变

形，拉力作用下孑L洞萌生加快，空洞的作用相当于缺口，以致高温下的韧性丧失。

2．3．1基于K-R方程的破断准则

在实验室里所得到的材料的力学行为都是在单轴应力条件下取得的，而实际的

构件却多为复杂应力状态下工作的，较简单的构件如圆筒体，复杂一些的如接管，

这就存在着如何用单轴试验的结果解释多轴应力状态下的力学行为的问题，为此必

须建立多轴应力下的本构方程，以将在一维空间下获得的知识推广到三维的空间。

由于蠕变应变与应力的关系是非线性的，因此在不同方向上的应力的作用就不

能简单地迭加。这些作用可按有效应力、应变速率的概念进行描述。

0
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有效应力、应变速率可参照经典塑性理论定义为：

石=击肝i而i再F习

善=去肝习≮I丽 ㈦，，

通过实验研究可以做出如下假设：(1)各向等同的静水压力对蠕变没有影响；

(2)在蠕变过程中体积不发生变化；(3)主应力轴和主应变速率轴是重合的，同时主

剪切应变速率和主剪切应力是成正比的。基于上述的假设，若将应变速率替代经典

塑性理论中的应变，则可将经典塑性理论应用于蠕变的研究。

此外，在推导多轴蠕变方程时，必须使之能退化为单轴的方程。亦即多轴应

力状态下，有效应变速率和有效应力之间的关系与单轴应力状态下是一样的。

根据Kachanov—Robatnov损伤方程，并假定多轴应力破断准则，就可以估计

应力状态对韧性的大致影响。

必须指出：这里的损伤并不单一地对应材料劣化过程的某一机制，而是诸劣化

机制综合量化的结果。可以包括微结构劣化的各个方面，同时还包括外部净截面的

减少。

有了应变速率与损伤内变量的关系，只要给定损伤大小便可计算出应变速率。

但是损伤亦是～个变量，因此损伤应有对应的演化方程。Kachanov在其早期工作中

假设损伤速率为初始应力的函数。而后来Robatnov的工作则假定损伤率为当前应

力状态的函数，亦即和当前损伤有关。于是就得到K-R方程(2．2)和(2．3)式：

蠕变损伤本构模型：

损伤率∞=一百三万 (2·2)

蠕变本构方程：

应变速率t 5占百三万 (2·3)。

{1一脚)”

对单轴情况：对(1)式积分，求破断时间，，：

f(i-∞)9d国=j9爿盯一dt=爿仃，f，
令Z=1一∞，则：
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dco=一df，

m

—j正9媚2 Act”f，

l

‘，。万可葡

对(1)式积分，求f时刻∞O)

令正=1—09，则

r(1一∞)。d∞=Ao"，r

d∞=-dT

—r互9媚=A ctPf

(1—60rr“=1一爿∥，(1+q，

(1一q)=l—Ao-，(1+g)f降
对(2)式积分，求s。(破断应变)：

胁c=f7爵
t。=删17(1-∞)～出

=纠f74一爿盯”(1+g>h
令疋=1一彳盯9(1+g，，贝0

由(3)和(4)式，则

船一考南4盯9(1+口I

12

(2．4)
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—————————————————————————————————————————————————一一

矗。=一茄南f疋丽识砟广一面确J』2“2
1一—旦

Bo-” 瓦q+l I o一万可葡’111
‘q+1

／Bcr”

一Ao-P(I+q)，

其中，旯：半，
c／+1一n

故

民，：毒≮ (2．5)
。广面砑

忆’洲

对于多轴情况，同样可以推导出：

Gr,m=考南 弦e，2万丽葡 忆‘0’

仃。为致损当量应力，亦称为应力函数。在单轴应力状态下，当应力达到材料

的蠕变强度，材料即告破坏。但在多轴应力状态下，首先假定当多轴应力状态下某

一当量应力达到单轴下的材料蠕变强度时，构件便发生开裂， 所谓致损当量应力

盯。是指在该应力单轴拉伸作用下引起的损伤与多轴应力所引起的材料损伤是等价

的。

当蠕变损伤过程是结构粗化机制为主导，空洞不多时，则将Von Mises应力作

为多轴应力下破坏的当量应力是合适的，但若损伤过程是以微裂纹和空洞机制为主

导的，则破坏是由最大主应力所控制的。而大多数情况下，Von}^ises应力和最大主

应力对破坏均有贡献，因此致损当量应力％是它们的组合【39】H01。不同的破断准则

区别主要在所用致损当量应力盯。的组合型式的不同。

(一)如果破断准则取为Cane的乘积型[4”，目[J o-e。=b?盯?一”彤，
由于p“n，式(2．6)／(2．5)得到：

垒：善：善笔：f墨1 (2 7)
占Ⅲ 口二 盯?仃f叫 l仃l J

、 ’
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其中‰，为多轴下当量破断应变，s。为单轴破断应变，u为取决于破断准

则的一个常数。

(二)如果破断准则取为Hayhurst的加和型[42】，即盯“=aO"l+∥吒

其中口=1一口，

p z rl，式(2．6／2．5)得到：

苦3嚣n 2南-(赤厂 眨s，
q^ 盯品 【口盯l+／盼。]9 lo盯1+∥DI J

恤‘刨

这两个方程在～定程度上反映了多轴应力状态对应变准则的影响。

2．3．2基于K-R方程的不同破断准则的比较

(一)以0．5Cr0．5M00．25V为例，如果破断准则为Cane的乘积型[431，则

P=2．9，V=0．35p=1．015，则式(2．7)可写成：

量8,-u一㈩” ㈦。，

50-。=0．75吼，则生：0．747
占，“

当盯。=盯l， 则垒：1
6

r”

当仃。=1．5q，则蔓：1．51
占，“

当盯。=2仃f，．ⅢlJ 6,r,m：2．02
占，”

(二)如果破断准则为Hayhurst的加和型，即仃。=口盯。+∥吒
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其中口=0．43，口=1一口=0．57，同时P=2．9，则式(2．8)可写成

／ 、2 9

堕：{ 墨 l (2．10)

s¨Lo．430"1+o．570-。j

当吒：0．75口，，则叠：0．68
占，“

当0-。=q，

当0-。=1．50-

当盯。=20-l

则叠：1
占，”

则叠：1．56
6，w

则垒：2．02：
6

r．1t

一·～Cane型

口c／口1

st型

图2-2 Cane型和Hayhurst型破断准则的比较

Fi92-2 Comparison between the Cane’s and Hayhurst’s fracture criteria

从图2-2中可以看出，当0-。／0-。在1左右时，基于K-R方程的Cane的乘积型

和Hayhurst的加和型的破断准则中应力状态对多轴应变的影响几乎相同。丽接下

来研究的承压圆筒和弯头主要受薄膜和～次应力，其盯。和吼较为接近，因而在以

}∞～P
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后的计算中，采用形式比较简洁的Cane乘积型破断准则。

2．4 小结

(1)在塑性变形区叠加不同方向的拉伸应力大大的减小材料的破断应变，也就是

减小多轴应力下的材料韧性。

(2)通过对基于K—R方程的Cane的乘积型和Hayhurst的加和型的破断准则的讨

论，可以发现这两种破断准则在我们研究的范围内非常接近。但是采用Cane的乘

积型破断准则的K-R方程形式比较简单，因而，在下面的研究中主要采用Cane的

破断准则。
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3．1 引言

第三章 以应变为基础的寿命设计方法

通过应力分析可以得到应力和应变的信息，一般设计均以应力为控制参量，通

过多轴破断应力的换算公式(2．1)，可以判断结构合理否，因此蠕变破断强度问题

引起了人们相当的重视。比较之下对蠕变变形及长期的断裂韧性的研究则较少，然

而在工程实践中，尤其是现场的监测，人们更易于接受变形的概念，为此应该制订

出与蠕变变形相应的限制准则。

3．2 目前高温设计规范对许用应变值的规定及其物理基础

在长时的蠕变试验中，一般所能得到的应变信息只是试样断后的总伸长量。许

多实验表明，由这种伸长量计算出的断裂应变的离散性很大，将其作为变形控制参

量是不合适的。但是如果考察蠕变第二阶段和第三阶段过渡点的应变，可以看出这

一应变和破断时间有一定的关系，如图3-I所示。由此可见将这一过渡点应变作为

变形控制参量应是较为合适的。

0．6

髫¨

0 1 100

时间，×10 2h

图3-1蠕变二、三阶段过渡点应变的变化

Fi93—1 The variation of strain located at the transition point where the steadv

creep enters the tertiary creep
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这一结论得到了蠕变问题冶金学研究的支持。较之于工程晃的研究，冶金学家

的研究更注意应变的作用。Grant和他的助手的研究发现，对于许多合金体系，最

小蠕变速率鲁和断裂时间t。之间的关系可以表示为：

logt．+mlog童=e或j¨=e (3．1)

其中m、e为材料常数，对于大多数材料，用值接近于l，于是上式可以写

成：

占f，=P 、 (3．2)

e可称之为是Monkman—Grant常数。

对于2．25CrlMo钢，Cr—Mo—V转子钢以及其他许多钢种，在大多应力水平下，

式(3．2)均成立。图3—2为2．25CrlMo钢，Cr—Mo—V的最小蠕变速率j和断裂时

间t，之间的关系。这一方程可用以粗略估计蠕变破断寿命，在实验室，用短时蠕变

试验可以确定最小蠕变速率j，由此可以给出最终寿命的估计：在实际构件中，蠕

变速率可以从分析测量中得到，可以依据M—G常数做出断裂寿命的粗略估计。

M—G常数发表以后，人们～直未进一步对其意义进行理论上的探讨。在一定的

试验条件下，M—G常数在一定程度上反映了材料的韧性。e可以理解为是略去蠕变

第一阶段和第三阶段以后的应变累积，称之为可用蠕变韧性，如图3—3所示。这和

过渡点的应变是很～致的，可以说这也构成了定义应变控制准则的基础。特别是采

用计算机作分析设计时尤为重要。

在长时服役的高温构件的设计，应变控制准则更多的是经验的结果，而不是理

论或实验研究的结果。

目前对许用应变值作规定的高温设计规范有两个美国的ASME cc N47和直接考

虑焊接接头存在的法国的RCCMR规范。ASME cC N47把设计分为两步，首先，对假

设材质均匀的材料作弹性分析，使其满足受载时的应力准则。如果不满足，就要进

行包括蠕变和蠕变疲劳在内的非弹性分析。对这个非线性分析，在计算的寿命的应

力要求比设计应力小，同时沿壁厚方向的平均应变要求比l％小。对有线性梯度的

应变，在材料表面的应变要小于2％。另外，局部应变要小于5％。对于焊接接头，

假设在接头内部没有材质的差异，母材所有的应变极限除以2，就得到焊接接头的

应变极限。法国的RCCMR规范采用的程序与ASME N47很相似【44】。
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图3—2最小蠕变速率j和断裂时间t，之间的关系

Fi93·2 The relationship between the minimal creep"Jelocity j and the fracture time 0
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0 时闻 t

图3-3可用蠕变韧性的定义

Fi93-3 Definition of usable creep ductility

上述限制主要是对电厂的构件的设计而定的，亦即设计寿命为lO万小时，计

算累积的应变不允许超过规定值。在工厂实际运行管理中，为了最大限度地利用蠕

变韧性，延寿设备使用寿命，有些规定已将薄膜应力作用下的应变许用值放宽到2

--3％。对于石油化工厂的高温炉管，许用值可达596t4s]

必须指出以过渡点为限制变形的依据是有～定缺陷的，首先许多材料并不一定

表现出明显的第二阶段的稳态蠕变，蠕变第三阶段的持续时间较长，尤其是当材料

结构中存在局部的应力集中源时，材料最后的断裂韧性就显得很重要。此外过去的

应变准则一直没有考虑多轴应力状态的影响。实际上应力状态对韧性有显著的影

响，应变的控制应该根据应力状态进行设定，因而不同结构应该按不同应变容限进

行控制。

3．3高温下典型构件的应力状态

3．3．1有限元方法的概念和基本原理

工程中许多结构的外形、受力和边界条件等都比较复杂，往往无法用解析法求

解，需要用数值解法。有限单元法是随着电子计算机的出现而迅速发展起来的一种

有效的数值解法。

研究超大规模系统的复杂发展过程是现代化计算力学的主要特征之～。例如在

嘲猷氆斟蟹
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固体力学中的材料大变形的损伤起始与演化问题，复合材料等新型材料中的裂纹传

播问题，相变过程中的边界移动问题等，都要经历一个很长的过程，而在此变形过程

中，有可能随机性地出现新的裂纹、损伤甚至新的材料相等。有限元方法仍然是有

希望解决这些问题的强有力的工具。现在的有限元计算与过去相比已经发生了很大

变化，在过去，有限元分析的目的往往是为了得到一个满意的最终结果，随着计算环

境的改善和实际问题的客观要求，有限元分析正在转向整个结构和一个发展过程的

全程分析，这种由一点～时的状态计算到整个空间和时间上的全程模拟是有限元法

的一个重大发展和应用H“。

它是将连续人为地分割为有限大小的有限个单元体，单元相互之间只在数目有

限的指定点处相互连接，组成有限单元的集合体以替代原来的连续体。对于每一个

单元以节点位移为基本未知量，选择一个简单的位移函数来近似地表示每一个单元

的位移分量的分布规律，然后按弹塑性理论的能量原理建立单元节点力和节点位移

之间的关系。最后把所有单元的这种特性关系集合起来，就得到一组以节点位移为

未知量的代数方程组，由这个方程组就可以求出物体上有限个离散节点的位移分

量。

有限单元法实质上就是把具有无限个自由度的连续体离散化为只有有限个自

由度的单元集合体，使问题简化以适合数值解法。有限单元法的基本思想是将连续

的求解区域离散为一组有限个，且按一定的方式相互联接在一起的单元组合体。由

于单元能按不同的联接方式进行组合，且单元本身又可以有不同的形状，因此可以

简化集合形状复杂的求解域。显然随着单元数目的增加，也即单元尺寸的缩小，或

者随着单元自由度的增加及插值函数精度的提高，解的近似程度将不断改进。如果

单元使满足收敛要求的，近似解将收敛于精确解。

本章采用有限元的方法对典型高温构件进行非线性的蠕变分析。

3．3．2高温下受拉伸载荷的承压圆筒的应力状态

在圆筒中，密闭的圆筒是比较常见和典型的构件，其轴向拉应力和环向拉应力

之比为0．5，下面就用Ansys5．4有限元程序对密闭圆筒进行蠕变分析m3，来研究它

的应力状态。

一、建立有限元模型

材料为2．25CrlMo的圆筒的几何尺寸如下：外径×壁厚西200×4胁，长度为

50ram，为了避免在加轴向应力时，出现集中的现象在分析的圆筒上再接加50彻的
圆筒。
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考虑圆筒的轴对称性，取出一个通过轴线的截面建立有限元模型。采用具有蠕

变特性的二维结构单元(Plane42)，进行网格划分，单元总数120，节点总数155，

如图3-4所示。

载荷和约束：施加1MPa内压，12．5MPa轴向拉应力，使得轴向拉伸应力与环向

拉伸应力之比为0．5，以模拟压力容器的受力状况。

温度540。C；时间10万小时，分为1000子步。由于第三期阶段所经历的时间

很短，材料将失效，所以通常情况下，我们感兴趣的是初始蠕变和第二期蠕变。

ANSYS5．4程序中的蠕变行为用来模拟初始蠕变和第二期蠕变。蠕变系数是应力、应

变、温度或其他变量的函数。

蠕变方程：通过一个方程来模拟蠕变行为，此方程描述了在实验中观测到的主

要特征(特别是在一维的拉伸实验中)。这个方程以蠕变率的方式表示出来，其形

式如下：

t=Bo"”

式中：占。是蠕变稳定阶段的应变速率，盯是应力水平，且17是材料常数

根据实验数据可知：

B=7．482E～22，

N=8．374

图3—4圆筒的轴对称模型

Fi93_4 the finite element model ofaxisymmetric cylinder

二、有限元结果分析

薄壁圆筒长期工作在540。C、IMPa内压的工况下，将产生蠕变，应力随着
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图3-5 Von．Mises应力随时间的变化图
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图3-6第一主应力随时间的变化图

Fi93·6 The first principal stress’s variation with time

从图3—5和3-6可以看出，薄壁圆筒在内压和轴向力的作用下，迅速进行了应

力重新分布，内壁面的Von—Mises应力和第一主应力随着蠕变的发展逐渐减小，外

壁面则相反，直到应力重分布稳定为止。
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3．3．3高温下承压圆筒弯头的应力状态

一、建立有限元模型

弯管的曲率半径为1．40米，管子半径为由280×30ram，考虑弯头两端祁直管连

接处的边缘效应，在两端各加250ram的直管。

同时定义材料的泊松．比、弹性模量、热膨胀系数等结构特性，由于蠕变属于材

料非线性，因此结构分析同样是一个非线性的基本过程。孀变本构方程见3．3．2。

考虑弯头的对称性，取出其一半建立有限元模型。采用具有蠕变特性的三维结

构单元(Solid73)，进行网格划分，单元总数4770，节点总数1742，如图3—8所

示。

载荷和约束：内压为IOMPa；

温度5406C；时间10万小时，分为1000子步

二、有限元结果分析

904

／
∥，?一
(◇／。 速

产f厂
f f f 0

图3．7弯头的几何模型

Fi93-7 The geometric model ofthe bend
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凿3-8 Von-Mises应力分布图

Fi93·8 The distribution ofVon-Mises sn'ess in the bend

鼓图3-8甭以看赉，在疗=45。的截谢上所受的应力最大，根据工程经验该截面

往往是导致弯头失效的最薄弱的部位。对该截面上的应力作迸一步研究，就可以得

到翻3-9：

4台

46

44

42

较40

摧。B

36

34

32

30

≯，。

翻3-9 Von-Mises应力和第一主应力沿环向的分布豳

Fi93_9 The distribution ofVon-Mises StFe$s and the first principal stress in the circumferenlial

direction
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从图3—9可以看出，在矽=90。的方向上，即中间层受到的应力最小，而在≯=0。

的方向，即弯头内弧面受到的应力最大。

1 3．4应变控制准则

3．4．1 圆筒的应变控制准则

上面研究受轴向力作用的承压圆筒为薄壁容器，其内外壁面的应力状态近似相

等，因此，在这里仅研究承压圆筒外壁面的多轴应变控制准则。

对于2．25CrlMoV材料，按照本文的蠕变实验结果(参见第四章)，P：7．272．

V=0．43p=3．218，代入第二章中(2．7)式可得：

％m％、”引 ㈦。，

把圆筒在高温下运行10万小时后的Von-Mises应力和第一主应力代入(3．3)

式，就可以得到轴向拉应力和环向拉应力之比为0．5的圆筒的多轴破断应变与单轴

气一s t—l等j ㈣t，

用式(3．3)／(3．4)，就可以得到：

}：墼 @。，!业：∑当』 ，，E、

气⋯仳、。，]”18
⋯“

l盯。巾，J

考虑到工程实际中，外壁面的应变比较容易检测，把密闭圆筒外壁面的多轴破

断应变占，、一，作为圆筒在其他应力状态下许用应变占⋯的基准应变容限，根据式

(3·5)，对受轴向拉应力作用的承压圆筒进行计算，得到相应的许用应变容限s⋯
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图3-10受轴向力作用的承压圆筒的应变容限

Fi93·10 The strain limits ofpressurized cylinder with axial stress

这里仃，为轴向拉应力，％为环向拉应力。当直管受轴向拉应力作用，即

盯，／％>0时，轴向拉应力和环向拉应力之比为2．5时，其应变容限为基准应变容

限的0．76。当直管受轴向压应力作用，即盯；／or。<0时，多轴破断应变随着轴向压

应力和环向拉应力之比的增大而不断迅速增加。当轴向压应力和环向拉应力为1．5

时，应变容限达到基准容限的18．252。

3．4．2弯头的应变控制准则

研究弯头最薄弱的地方为中间部位，即口=45。的截面上的多轴破断应变。考虑

到工程实际中，外壁面的应变比较容易测量，把占，、m,O．5作为其他方向上外壁面许用

应变s。。的基准应变容限，两者之间的关系可表示为式(3．6)：
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①，o

图3—11 承压弯头的应变容限

Fi93·1 t The strain limits ofpressure bend

通过计算得到其他方向上外壁面许用应变s。．的基准，如图3-9所示：

从图3-11可以看到，在矿=90。的方向上，多轴破断应变最大为基准应变容限

的1·196倍，而在妒=45。和≯=135。的方向该应变容限最小，仅为基准应变容限的

1．10倍。

5

4

3

n。0∞、∥

r，一薹__、垒旦堑‰㈢五m
卫Ⅲ等
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3．5小结

(1)当直管受轴向拉应力作用，即盯；／盯。>0时，轴向拉应力和环向拉应力之

比为2．5时，其应变容限为基准应变容限的O．76。当直管受轴向压应力作用，即

口，／O-。<0时，多轴破断应变随着轴向压应力和环向拉应力之比的增大而不断迅速

增加。当轴向压应力和环向拉应力为1．5时，应变容限达到基准容限的18．252。

(2)研究承压弯头时，发现最薄弱的地方为中间部位，即臼=45。的截面上。

在声=90。的方向上，多轴破断应变最大为基准应变容限的1．196倍，而在矽=45。和

≯=135。的方向该应变容限最小，仅为基准应变容限的1．10倍。
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4．1引言

第四章典型高温高压管线的应力应变分析

主蒸汽管道是发电厂的主要高温部件之一，其服役温度和压力均较高，在长期

运行过程中，由于受到蠕变损伤的作用，其金属组织和性能会逐渐“老化”，最终

将导致主蒸汽管道开裂失效。主蒸汽管道发生破坏，对整个机组，乃至整个电厂都

将是严重的威胁。因此，对主蒸汽管道的状况定期进行安全分析和评价是十分必要

的。

主蒸汽管道开裂失效，从实质上讲是与一般压力容器的失效是一样的，但是压

力管道又具有本身的特点。压力管道的载荷工况远比压力容器复杂，除承受工作介

质的压力外还承受着较大的弯曲载荷。由于管道的自重、管道附件(阀门、管件等)

的重量及其他外载荷引起的附加弯矩，在管道中会产生弯曲应力，它往往大于内压

引起的薄膜应力。主蒸汽管道与系统中的锅炉相连，而锅炉中蒸汽压的波动还会引

起振动，即管道常常承受动载荷和疲劳载荷【48J。另外，管道应力不仅与其自身的几

何尺寸和操作工况有关，而且同配管布置也非常相关。其力学分析模型相当复杂，

一般无法用解析法和工程经验方法精确地求得复杂管线的应力，从而只能借助有限

元数值分析方法才可求得复杂管线在内压、自重、附加机械载荷和热载荷作用下引

起的应力。

对管系进行应力分析是管道缺陷安全评定的基础，故应力计算的准确与否直接

关系到评定的结果。为此，本章用有限元的方法对作用在管线中的各种载荷进行了

详细的应力分析。

4．2电站主蒸汽管线的基本状况

主蒸汽管道的设计参数：操作压力9．8MPa；操作温度540"C；主管尺寸为@273

×28ram；弯头半径庐1370mm；蒸汽母管尺寸为@356×36mm；弯头半径胆1500mm：

材料为lOCrM0910(相当于2．25CrlMo)，其线膨胀系数：锄=1．4×10一I／K；弹性模

量：磊o=2．14×10'MPa；磊40=1．73×10 5MPa；基本许用应力：[@]=150MPa。

表4—1是主蒸汽管线新旧材料常温的力学性能对比，试验结果表明，未发生明

显劣化。表4—2是主蒸汽管线材料使用前后的高温抗拉强度，由表4—2可以看出，

材料的高温抗拉强度下降了近24％，而高温塑性却有所上升。
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表4-1 20。C时的力学性能表

Table4—1 the mechanical properties of2 25CrlMo at 20"C

材料 盯o 2(MPa) o-6(MPa) 蠡％ 沙％

新材料 295 584 24．2 54．6

】E1材料 250 488 23．5 73．8

DINl7i75—79
≥265 441—588 ≥20

标准(室温)

表}2 540"C时的力学性能表

Table4-2 the mechanical properties of2．25CrlMo at 540"C

材料 cr0 2(MPa) 仃6(MPa) 以％ 沙％

新材料1491 230 392 22 64

旧材料 230 298 29 75

DINl7175—79
≥265 441—588 ≥20

标准(室温)

4．3材料的蠕变性能测量

蠕变计算是以单向应力状态的蠕变试验结果为基础的，这是最基本的试验。

对使用10万小时后的主蒸汽管线上取试样，进行540"C、120MPa应力水平下

的蠕变试验。根据试验数据回归的曲线见图4-1所示。由图4—1看到蠕变第一阶段

很小，第二阶段基本平稳。由此可以算出第二阶段的曲线斜率0。=2．3536E-4。
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tIme h

图4-3试样l蠕变试验血线(120MPa／540"(2)

Fi94-3 Creep curve ofspecimen 1 at 120MPa／540。C

time h

图4-4试样1蠕变试验曲线(140MPa／540℃)

Fi94-4 Creep curve ofspecimen 1 at 140MPa／540"C

同样，在，140MPa、150MPa和160MPa应力水平下进行蠕变试验，根据试验数据

回归得出蠕变第二阶段的曲线斜率龟，如表4-3所示：

q车巴1sQm∞Lj

∞uIBJls4∞巴j
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time．h

图4-5试样1蠕变试验曲线(150MPa／540"C)

Fi酣一5 Creep Ctll've of specimen 1 at 159MPa 1540"C

time．h

图4-6试样1蠕变试验曲线(160MPa／540"1)

Fi醇·6 Creep cul-ve ofspecimen l at 160MPa／540"C

表4-3试样540℃时蠕变第二阶段的曲线斜率e。

Table4-3 The slope t ofthe secondary creep stage at 540"C

f应力盯(MPa) 120 140 150 160

I蠕变斜率j。 2．3536E一4 4．57598E-4、0 O．00125 0．0027

33

u

c一∞．I_∞口mmko

q

uIm#坼△o罂o
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由

0。=B矿 (4．1)

式中：0。是蠕变稳定阶段的应变速率，盯是应力水平，虽／7是材料常数

对式(1)两边取对数，可得

lgk。=lgB+"lg口 (4．2)

对4组数据进行回归，回归曲线见图4-4所示。由图4—4得出：B=7．488E一22

17=8．37406

根据蠕变损伤公式

to=Af—生]9
t,1一∞J

式中：O．3是蠕变损伤，爿、P是材料常数

两边积分，整理后得：

Stressd MPa

(4．3)

r，：——j—一 (4．4)‘，2—A(I+—p)or" (4·4j

lgk。=A+B+lgcr

图4-7蠕变曲线的回归直线

Fj酽’7 Linear regression ofcreep curve
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Rupture time‘．h

，： ! (4．5)
。4n+p)o-p

lgt．=A+B+lgo-

图4-8蠕变破断时间与应力的关系

Fi94-8 Relationship between rupture time and sll'ess level

根据公式(4．5)，通过图4—8中实验数据的线性回归，可得参数A、p的值

A=2．071x10一”．P=7．27166。

4．4弹性应力分析

目前管系应力分析常用的程序有：等值刚度法计算程序、有限单元法计算程序

(如SAP5程序、ANSYS、ABAQUS、NASTRAN)、PB从程序(石油化工非埋地管道抗震

设计与鉴定程序)、CAESAR管道应力分析程序。其中CAESAR是进行管道静动力分析

的专用程序，功能相当齐全，它可以考虑管道的非线性约束，如管道与支架之间的摩

擦力、限位支架的间隙等。

在用有限元法进行管系中结构的应力分析时，首先要对管线进行离散化，然后

根据管线形状及受载方式，选用合适的单元类型。一般来说，分析有内压载荷弯管

中产生的应力，既可选用三维20节点等参单元，也可选用管单元，这要视管径和

管壁的比值大小来定。考虑对重点的高温主蒸汽管线进行应力计算，为了提高计算
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的效率和精度，选用了管单元。在对自重、配件及热位移载荷产生的一次和二次应

力进行分析时，则需将管线形状作为整体来考虑，并将各管段作为一个独立单元进

行离散，这种单元的离散方式与仅有内压作用下有限元离散方式差别较大。此外，

在对载荷及边界条件处理时，将自重处理为作用于管系上的均布载荷，而管线的始

端和终端可按固定约束或导向约束条件来处理。这样，就可达到令人满意的计算效

果，依据上述力学模型，对内压、机械载荷及热位移载荷作用下的复杂管线产生的

一次和二次应力进行计算。

4．4．1管系有限元计算模型

定义材料540"c时的结构特性：泊松比0．3：弹性模量1．73×105MPa；热膨胀

系数1．4x10一1／K。

计算时考虑的载荷有：管道的内压：9．8MPa；管道的操作温度：540。C：管道

结构的自重：

从锅炉出口到汽轮机入口的主蒸汽管道和蒸汽母管的结构分别如图4—9和图

4-10所示：

图4-9主蒸汽管道几何模型图

Fi94_9 Geometric model ofmain stream pipe
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图4—10主蒸汽管道局部放大幽

Fi94-10 Z|oOm ofthe geometric model ofmain stream pipe

因为是管道结构，所以选取直管单元PIPE20和弯管单元PIPE60，建立从锅炉

出口和蒸汽母管到蒸汽机入口的两路蒸汽管线的有限元模型。模型建好后进行离散

化，将模型离散化为离散结构进行分析计算【5们。模型总共划分了95个直管单元

PIPE20和70个弯管单元PIPE60。每个有限元单元有2个节点，每个节点有6个自

由度，即三个位移分量和三个转动分量。

4．4．2管系边界条件的处理

计算模型的边界条件处理，是为了使所建的模型能够逼真地模拟所分析结构的

安装、固定以及其与周围其他结构之间的相互作用关系，同时能准确地模拟结构在

各种工况下的受力情况。

(1)刚性吊架

在本次计算所建模型中，对于管线上的只限制竖直单向位移的剐性吊架，加以

单向约束，即U。=O。对于管线上限制两向位移的刚性吊架，加以两向约束，

u；。U，20、U：2U：=O或U，=u：=O，同时在锅炉蒸汽出口与主蒸汽管线相连接的地

方以及主蒸汽管线和汽轮机连接处节点为固定点，加以全约束，其位移分量和转角
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分量等于零，即U，=U。=U：=0以及ROL=ROL=R0t=0，用于模拟在受力

时锅炉与主蒸汽管线以及主蒸汽管线和汽轮机之间不可能发生相互移动的实际情

况。

(2)恒力支吊架

恒力支吊架在理论上对管道的任何方向位移均不产生约束力和力矩。支吊架的

元件坐标系如图4—11所示，它相对于元件坐标系的刚度矩阵为：

膨=diag[0，0，0，0，0，0]

这样，管道在整个垂直位移范围内其支承点上具有近似不变的支承力。因此，

它适用于管道垂直位移较大或需要限制转移荷载的地方‘5”。

按照一定的荷重分配方法、管线分配给弹簧支吊架的荷重称为弹簧的工作荷载

或基本荷载。

I
九1

图4—11恒力弹簧支吊架示意图

Fi94_1 1 A schematic illustration ofconstant-loading spring bracket

4．4．3管系应力计算结果与分析

主蒸汽管线在0。、45。和90。方向上的应力计算结果如图4-12、图4-13和

图4-1l所示：
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圈4-9管象在0。方肉上戆当蠹应力(单链：Pa)

Fi94-9 The Von-Mises stress ofthe pipeline in the O。direction(unit：㈨

(注：图中黑色轮廓线为管系变形前的轮廓线，变形放大眈例为5)

图4-9鼹示，主蒸汽餐线在设计王况下，0。方囱上熬最小当星应力为32．9MP8，

最大的斑力为68．5MPa。

瀚4-J0管系在45。方向上的当薰虚力(单彼：Pa)

Fi94-10 The von。Mises蝌ess
ofthepipelineinthe45。direction(unit：P曲
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———————————————————————————————————一

图4—14管系在90。方向上的当量应力(单位：Pa)

Fi94．14 The Von．Mises stress ofthe pipeline in the 90。direction(unit：Pa)

由图4—13可以看出，主蒸汽管线在设计工况下，45。方向上的最小当量应力

为32．9MPa，最大的应力为55．5MPa。

由图4-14可以看出，主蒸汽管线在设计工况下，90。方向上的最小当量应力

为32．9～lPa，最大的应力为64．4MPa。

4．5强度校核

管道应力分为一次和二次应力，一次应力包括管道内压和持续外载引起的应

力；二次应力是管道由热胀、冷缩及其它位移受约束而产生的应力。管道在工作状

态下，由内压和持续外载产生的一次应力不得大于钢材在计算温度下的基本许用应

力【52]。

矿≤b】： (4．5)

口一持续外载当量应力

p卜管道材料在计算温度下的基本许用应力

在不考虑管道的热胀、冷缩和其它位移约束而产生的热胀二次应力，仅考虑管

道外载引起的～次应力时，通过有限元计算可知：仃=40．5MPa

o"=40．5MPa≤【仃P 52MPa
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管道的热胀、冷缩和其它位移约束而产生的热胀二次应力满足以下计算式

口，烈．2pF+o-2bI或仃／≤1．2b】20+0．2 (4-6)

式中口，一热胀当量应力，MPa。

【仃F一钢材在20"C时的基本许用应力

1．2p1：；o+o．2bL
=1 2p】20+o．2br
=1．2×150+0．2×52

=190．4MPa

根据高温主蒸汽管线应力计算结果，在O。方向上有最大的当量应力，该应

力可视为二次应力，故

盯，=68MPa≤1．2I丁】；0+o．2p]：=190．4MPa

当主蒸汽管道不存在缺陷时，在操作工况下，能满足静强度要求，但管系中的

最大应力通常出现在柔性较差或约束大的弯管，三通、配件及直管与设备连接处的

部位。而且，严重的焊接缺陷也常常在这些部位出现，故计算时应把这些部位的应

力作为莺点来考虑。由于弯管与直管连接处几何尺寸变化较大，且又为焊口所在位

置，故以上直管的应力分析及其强度校核是偏安全的。

4．6蠕变应力分析

4．6．1 管线直管段的多轴应变控制准则

一、建立有限元模型

材料为lOCrM0910(2．25CrlMo)的圆筒的几何尺寸如下：外径×壁厚毋273×

28m，长度为300Hun，为了避免在加轴向应力时，出现集中的现象在分析的圆筒上

在接加200哪的圆筒。

考虑圆筒的轴对称性，取出一个截面建立有限元模型。采用具有蠕变特性的二

维结构单元(Plane42)，进行网格划分，单元总数36，节点总数52，如图4-15所

不。

载荷和约束：施加9．8MPa内压，20MPa轴向拉应力，使得轴向拉伸应力与环向

平均环向拉应力之比为0．5。

温度540*C；时间lO万小时，分为1000子步。蠕变本构方程见3．3．2。
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图4—15管道的有限元模型

Fi94-15 The finite element model ofpipe

二、有限元结果分析

管道长期工作在540 6C、9．8MPa内压的工况下，将产生蠕变，应力随着蠕变的

进行不断变化，最后达到稳定。

d

垒
‘
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壁面

h壁面

O

q，∞Ha 1”一●*，∞●∞1a m_∞’¨，口●口

时间，×it3
2
h

图4-16 Yon—Mi ses应力随时间的变化图

Fi94·16 Von-Mises stress’S variation with time

42
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五f／^。

图4-18沿管壁厚度方向多轴与单轴应变之比

Fi94-18 The rate between the multiaxial and uniaxial strain along wall thickness

沿直管壁厚方向作一条路径，可以看到厚壁管道外壁面的应变容限s。。最小，

内壁面的应变容限s。，最大，为外壁面的应变容限的1．969倍。

把轴向拉应力和平均环向拉应力之比为0．5的多轴应变￡。。作为基准，根据

式(3．5)，对不同应力状态下的管道进行计算，得到相应的许用应变￡，卅值，如图

4—19所示：

图4一19中，仃。为轴向拉应力，％为平均环向拉应力。当直管受轴向拉应力作

用，即盯，／o。>0时，轴向拉应力和环向拉应力之比为1．125时，其应变容限为基

准应变容限的0．86。当直管受轴向压应力作用，即盯。／or。<0时，多轴破断应变随

着轴向压应力和环向拉应力之比的增大而不断迅速增加。当轴向压应力和环向拉应

力为0．625时，应变容限达到基准容限的5．28。
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图4—19受轴向力作用的主蒸汽管道的应变容限

Fi94-19 Strain limits ofpressure main stream pipeline with axial stress

4．6．2管线弯头的多轴应变控制准则

一有限元模型的建立

对从锅炉出来的主蒸汽管线中第一个弯头进行蠕变分析，从上面的计算可以得

到弯头所受的轴向力和弯矩：

ELEM=98 FX FY FZ MX MY MZ

98 —37．762 8964．6 1738．7 —1763．1 1110．5 —1029。3

99 37，762 —8045．8 一1738．7 -2489．5 —1129．4 1029．3

弯管的曲率半径为1．37米，管子半径为巾278×28ram，考虑弯头两端和直管连

接处的边缘效应，在两端各加250ram的直管。

同时定义材料的泊松比、弹性模量、热膨胀系数等结构特性，由于蠕变属于材

料非线性，因此结构分析同样是～个非线性的基本过程。

考虑弯头的对称性，取出其一半建立有限元模型。采用具有蠕变特性的三维结

构单元(Solid73)，进行网格划分，单元总数2743，节点总数864，如图4—20所

不。
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图4—20弯管有限元模型的几何尺寸

Fi94-20 The finite element model ofbend

载荷和约束：内压为9．8MPa；

温度540"(2；时间10万小时，分为1000子步。蠕变本构方程见3．3．2。

同时定义材料的泊松比、弹性模量、热膨胀系数等结构特性，由于蠕变属于材

料非线性，因此结构分析同样是一个非线性的基本过程。

二弯管蠕变结果分析

图4—21弯管中第一主应力分布云图(单位：MPa)

Fi94·21 The distribution ofthe first principal stress in the bend(unit：MPa)
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图4—22弯管中von—Mi ses应力分布云图(单位：MPa)

Fi94-22 The distribution ofthe Von-Mises stress in the bend(unit：MPa)

从图4—21和4—22可以看出，在弯头的中间部位，即日=450的截面上所受的应

力最大，该截面往往是导致弯头失效的最薄弱的部位。因而，主要对该截面进行弯

头的多轴应变控制准则的研究。

三弯头的多轴应变控制准则

研究弯头最薄弱的部位，即臼=45。的截面上的多轴破断应变。考虑到工程实际

中，外壁面的应变比较检测，把s，、m,O．5作为其他方向上外壁面许用应变￡。。的基准

应变容限。

根据(31 6)式计算，可以得到其他方向上外壁面许用应变￡。。的基准，如图

4—23所示：

从图4—23可以看到，在妒=90。的方向上，多轴破端应变最大基准应变的1．465

倍，而在矽=45。和≯=135。的方向该应变容限最小，仅为痧=0。的方向上1．056倍。
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①，。

图4—23 承压弯头的应变容限

Fi94·23 Strain limits ofpressure bend

4．7弯头的多轴应变的测量

近年来，国内外主蒸汽管道曾多次发生爆破事故，对爆管事故综合分析后得出

以下结论：发生爆破大多在弯管上，位置在弯管外弧：弯管外弧局部蠕变损伤严重。

为了监测弯管外弧局部蠕变变形量，使其多轴应变控制在许可的范围之内，在弯管
上安装蠕变测点。

4．7．1 弯管蠕变测点的安装

一蠕变测点安装位置的确定原则主蒸汽管弯管蠕变测点安装位置的确定原则

8金相组织变化较快(已运行管道选择金相组织差，珠光体球化级别高的)：
b硬度值低：

c管系应力较大(热态‘‘开弯，，)：

d弯管外弧壁厚较薄处：

e不圆度较大的(已运行的管道不圆度变化较大的弯管)。
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综上所述选择测量方便的一个弯管作为主蒸汽管道的监视弯管，必要时要搭固

定的测量平台，便于测点的监测。

二弯管蠕变测点的安装

在弯管上弯曲角度在30。或60。附近，任选一有代表性截面进行安装，在同截

面上选择一组径向蠕变测点和一组切向蠕变测点，如图4—24所示。首先选择径向蠕

变测点位置，用千分尺测弯管不圆度，选择短轴最小的位置确定截面，在外弧和内弧

中间各安装一个径向蠕变测点，安装方法和直管段上蠕变测点安装方法完全相同。

然后在弯管径向蠕变测点同一截面的弯管外弧安装一组切向蠕变测点。以弯管外弧

径向蠕变测点为中心，以(0．18～O．22)D(D为管道外径)为直径，交于径向蠕变测点

弧向切线上的两点，为切向蠕变测点座的距离，即为弯管外弧切向蠕变测点的间距。

切向蠕变测点与径向蠕变测点安装方法不同。切向蠕变测点安装是将蠕变测点座螺

纹孔平行于弯管外弧弧向的切线方向，使2个测点座的底部间距(0．18～O．22)D。用

电焊焊在弯管的外弧上，并焊牢。调整好蠕变测点并用电焊好，不许有任何松动。待

焊后处理完符合要求后进行测量。

A

。

-
‘

：． !! ：-：
伽向测点

图4—24蠕变测点安装示意图

Fi94-24 A schematic illustration ofinstallment ofgaging points
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4．7．2测量与计算

一测量方法

使用2把千分尺，一把量程在300～400 mm测径向值，另一把在75～100 mm测

切向值。测量后进行修正到零度时的值。其测量和修正方法与直管相同。

二蠕变计算径向蠕变计算与直管段蠕变测点的计算方法相同。切向蠕变计算(蠕

变测头与弯管的线膨胀系数差忽略不计)如下：

两个切向蠕变测点的间距：

E=醒一2／／ (6．1)

两次测量间隔的平均蠕变速度：

TO r0

K。2等争刈00％ (6．2)

两次测量间隔的平均相对变形量：

￡。：兰i-=；；i立。100％ (6．3)

式中

醒——第r1次测量换算到O。C条件下切向两个测点尖部的间距，film；

H——蠕变测点的高度，inm；

口——首次测量换算到O'C条件下切向两个测点的间距，mill：

E——第i1次测量换算到O 6C条件下切向两个测点的间距，him；

E一，——第(n一1)次测量换算到O'C条件下切向两个测点的间距，mill；

t——相对计算的间隔时间，h。

弯管切向和径向蠕变测量计算前的修正方法与直管段上的蠕交测量计算方法

相同。

三监测

利用正常的机炉设备检修时，对主蒸汽弯管的蠕变测点进行测量，每次测量后

计算出弯管外弧局部的蠕变变形量、蠕变速度、弯管的不圆度的变化量。根据蠕变

多轴应变的变化量来确定弯头是否进入了蠕变第三阶段，当其多轴应变与单轴破断
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应变之比达到0．715时，需要更换弯头。

4．8小结

(1)高温高压管线中，弯头和三通等部位受的应力最大，因而管线在这些地

方最容易失效，是监控的重点。

(2)当直管受轴向拉应力作用，即盯。／O-。>0时，轴向拉应力和环向拉应力之

比为1．125时，宜管外壁面的应变容限为基准应变容限的0．86。当直管受轴向压应

力作用，即17"，／％<0时，多轴破断应变随着轴向压应力和环向拉应力之比的增大

而不断迅速增加。当轴向压应力和环向拉应力为0．625时，宜管外壁面的应变容限

达到基准容限的5．28。

(3)对于主蒸汽管线中从锅炉出来的受轴向力和弯矩的第一个弯头进行研究，

可以发现在妒=90。的方向上，多轴破端应变最大为基准容限的1．465倍，而在

≯=45。和妒=135。的方向该应变容限最小，仅为基准容限的1．056。
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5．1引言

第五章 高温高压管线寿命预测方法与比较

主蒸汽管道的静强度是完全足够的，内压产生的应力，即使在弯管处，其数值

较机械载荷和热位移载荷产生的应力要小得多。而管系因操作温度高，管网配置复

杂，热膨胀受约束而产生的二次应力比较高，且基本上出现在柔性较差的三通和弯

管部位。根据这些因素分别采用了微结构分级法、损伤力学方法、拉伸～米勒方法

和R5卷7提供的方法分别对主蒸汽管道剩余寿命进行评定。

5．2基于微观组织分级法的寿命评价

高温构件长期在高温、应力和环境共同作用下服役，材料的微观组织会发生变

化，如碳化物的析出、蠕变空洞的萌生与增殖等等。微结构分级方法f53】就是依据材

料的组织变化，析出物的变化以及物理损伤来综合定量寿命损耗，是一种定性方法。

对于cr—Mo耐热钢，该方法的应用见表5一l。该方法综合了各蠕变寿命分数情况下

组织劣化程度所对应的微观组织结构，这样的对应关系是通过蠕变破断试验得到

的。

表5一l微结构分类法的寿命评价

Fi95-1 life assessment by microstructure classification
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5．2．1金相覆膜方法

随着超过设计寿命lO万小时发电设备的逐年增加，寿命预测技术。特别是非

破坏性检查技术越来越引起人们的重视。如何预测设备设备剩余寿命无论从理论研

究还是经济效益都有很大的意义。为此，人们正试图通过微观组织的变化来预测这

类部件的剩余寿命，以使设备可靠地运行。

IOCrM0910(2．25CrlMo)钢属低碳、低合金耐热钢，因其具有理想的高温性能，

在电厂蒸汽管道上得到广泛的应用15“。服役构件金相组织的获取，可通过现场联样

实验室观察的方法，该法较为真实、可靠，但需要破坏构件(在一些特殊的情况下

采用该方法)；另外一种方法即是现场进行复型，通过复膜胶片，记录微观金相组

织，该法不必破坏构件。对于在役使用的高温主蒸汽管道，本次材料组织状况的观

察采用的是复型方法。

现场服役的lOCrM0910(2．25CrlMo)管道微观组织的复型制备步骤如下：

选取管道复型部位，根据经验一般选取管道超温或焊接接头等易损伤部位；

粗磨表面，应用便携式砂轮打磨机，磨平炉管表面(约15×15ram2)，注意打掉

表面氧化皮；

精磨表面，用不同型号的水磨砂纸，逐一磨制表面：

抛光表面，用Al。0。或金刚石研磨膏，将精磨的表面抛成镜面光亮；

腐蚀，采用硝酸酒精溶液腐蚀表面：

复膜，用醋酸纤维素或照相胶片+丙酮进行制作；

取下复膜，放入事先准备好的载波片中；

对复膜片仔细标号、保存和携带：

实验室观察前可对复膜进行表面喷碳处理，以增加衬度；

观察、拍照；

分析、结论。

5．2．2检测结果

金相试样截取部位的选择，必需能表征被检验材料或零件的特点[5 51。由于主蒸

汽管线最薄弱的部位是主蒸汽管线的焊缝和弯头部位。因而，用金相的方法来预测

管线寿命时，金相试样应在焊缝和弯头部位截取，这样才能比较正确的对管线的寿

命进行预测。显然，除了在破裂部位截取金相试样以外，还需要在离开薄弱部位较

远的地方截取一些参考性的金相试样，用来研究比较。
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图5一l是高压调门后导气管不同部位的金相组织

图5—2是自动主汽门后4．5米垂直管段甲蠕胀点焊缝部位的金相组织

图5-3是自动主汽门后4．5米垂直管段乙蠕胀点焊缝部位的金相组织

图5—4是自动主汽门后甲、乙导管0米弯头部位的金相组织

图5—5是乙主蒸汽管4．5米水平管(温度测点)部位的金相组织

图5—6是乙主蒸汽管4．5米弯头部位的金相组织

图5-7是乙主蒸汽管直下部位的金相组织

图5—8是乙主蒸汽管汽阀第一弯头(内侧)部位的金相组织

图5—9是锅炉至汽机的穿墙弯头部位的金相组织

图5一10是主蒸汽管未使用时的金相组织

5．2．3组织劣化分析

由覆膜的不同部位的金相组织可以看出，主蒸汽管线上的各不同部位的金相组

织均出现不同程度的球化现象。晶内、晶界的碳化物逐渐聚集长大，回火贝氏体的

片层状组织(见图5一10)由于碳和合金元素的扩散以及碳化物的聚集长大正在逐渐

消失，见图5-1。5—9。在晶界上可以看到碳化物呈链状排列。由于碳化物的聚集，

材料的高温抗拉强度将会不同程度地下降。

由金相组织图5一l“5～9，发现同一部位的主蒸汽管线，弯头比直管部位的组织

劣化情况更为严重(见图5—1、5—5与5-6)。根据资料表明，在应力作用下，贝氏体

材料中的M23Ce相的聚集速度加快。弯头部位的应力集中，结果导致该部位的碳化物

聚集速度加快，组织劣化情况较为严重。

附图：
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(c)焊缝300X

图5—2自动主汽门后4．5米垂直段甲蠕胀点焊缝部位的金相组织

Fi95—2 Metallurgical structure of A welded joint at 4．5m—long tube after automatic valve
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(a)甲导管 (b)乙导管

图5-4自动主汽门后甲，乙导管0米弯管部位的金相组织300X

Fi95-4 Metallurgical structure at the bend after automatic valve 300X
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(a)弯头中部 (b)弯头大圆处

图5-9锅炉至汽机的穿墙管弯头金相组织300X

Fi95-9 Metallurgical structure ofthe bend between the boiler and stream turbine
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图5—10主蒸汽管未使用的金相组织400X

Fi95-10 Metallurgical structure ofnon-used main stream pipeline

5．2．4主蒸汽管线在使用过程中金相组织的变化

主蒸汽管线采用的是10CrM0910(2．25CrlMo)，管线从开始投入使用至现在，

已经经历了近10万小时。在10万小时的使用过程中，材料的组织发生了变化。图

5～IO是新材料的金相组织。由不同部位的金相组织可以看到，主蒸汽管线的新材料

的金相组织是铁素体和贝氏体(见图5-1lb)及珠光体组织。材料的组织晶界清晰。
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———————————————————————————————————一

(c)外壁400x (d)轴向外表面400x

图5-12 2．25CrlMo钢使用10万小时后金相组织

Fi95-10 Metallurgical structure of2 25CrlMo steel after running 100．000 hours

图5-12是已经服役近10万小时的正在使用的主蒸汽管线的金相组织。经过高

温长期使用的材料，其显微组织发生了明显的变化，出现珠光体球化和回火贝氏体

逐渐分解为铁索体和碳化物。在铁素体的基体上碳化物相的组成、形态、分布、大
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小以及数量发生变化。碳化物相表现为逐渐聚集长大、结构转变和数量变化。铁素

体相由于合金元素向碳化物中转移而逐渐弱化。使用初期由于固溶体中钼、钨大量

进入碳化物，导致圃溶强化作用减弱，结果常温强度下降较快。

图5一13是已经服役近10万小时的正在使用的主蒸汽管线的焊缝部位的金相组

织。可以看到，熔合区的金相组织比母材和焊缝的球化比较严重。故熔合区是焊接

接头最严重的部位。焊缝内、外壁的金相组织劣化基本相同，显微组织的变化是使

用温度、使用时间和钢材耐热性能的综合表现形式之一。对于lOCrM09i0

(2．25CrlMo)钢而言，使用温度越高，使用时间越长，其珠光体球化程度或回火

贝氏体分解程度越严重。因此是判断低合金耐热钢使用寿命的较好方法。故可以根

据金相组织情况，判断主蒸汽管线的劣化情况。根据相关评定标准[56】f5刀，可以判定

该主蒸汽管线的球化程度总体已经达到中度球化，同时综合机械性能测试数据，可

以认为该管线仍可继续使用。使用过程中可以定期进行金相检验，随时掌握管线的

劣化情况。
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图5—13 2．25CrlMo钢使用10万小时后焊缝内、外壁金相组织

Fi95—13 Metallurgical structures inside and outside the welded line 2．25CrlMo steel after

running 100，000 hours

从图5—12和5—13可以看出，母材和焊缝内尚无明显蠕变孔洞，也无微裂纹，

主要是碳化物在马氏体边界上的聚集、粗化和部分球化，因此材料尚未受到明显的

蠕变损伤。根据表5．1可知，材料的蠕变寿命分数在0．5左右，一般电厂的主蒸汽

管线的设计寿命按二十年计，则其剩余寿命尚约有10一11年。

6
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5．3基于损伤力学方法的寿命评价

单轴应力状态下，根据蠕变损伤本构方程，破断时间与应力水平之间的关系如

下：

r 1 、
t
r 5I石丽j

式中，仃的单位是MPa；r，的单位是h。

根据第四章蠕变试验的结果，A=-2．0758E-19，p=7．27166。

取主蒸汽管道服役时管内最大等效应力仃。。=47．24MPa(见第四章)，应力安全

系数取为1．25，可以算出主蒸汽管道的剩余寿命为}=76825小时，约为i0年。

需要说明的是，安全系数的选择对剩余寿命有较大的影响，文献一般推荐取

1．2～1．5，考虑到材料的高温抗拉强度下降了仅24％，屈服强度没有下降，而高温

塑性却有所上升；另外，母材和焊缝内金相组织珠光体中度球化，既无蠕变孔洞，

也无微裂纹，仅有的是碳化物在马氏体边界上的聚集和粗化，尚未受到明显的蠕变

损伤。综合考虑上述因素，取应力安全系数为1．25。

5．4基于拉伸一米勒方法的主蒸汽管道寿命评价

铁素体耐热钢的Larson—Miller曲线如图5．14所示。

取主蒸汽管道服役时管内最大等效应力仃。。=47．24MPa，同样取应力安全系数

取为1．25，则计算应力盯=59．05， 根据Larson—Miller曲线的平均值查得：L--M

参数为20500，可以求得时间t。．=180000 h，要求服役20年，则

t=365X24×20=175200 h<r。，：t2=t—1．25t；=10×105+i．25×75200=194000

>180000h。 因此主蒸汽管线可以继续服役直到满20年，20年后再继续使用时要

重新进行评定。



南京工业大学硕士学位论文

Larson_MiJ,le r parameter(T∞(20+嘲≮0)

图5—14 2．25CrlMo材料的Larson—Miller曲线

Fi95-14 Larson-Miller curve of2．25CrlMo steel

5．5基于R5评定程序的寿命评价

英国规范R5卷7评定流程图如图5．15所示

具体评价的步骤如下：

(1)所评定的管道系统特征区域的详细资料及必要的材料数据。

管道的几何尺寸为273X 28nm，承受的内压9．8MPa，服役温度540。C。杨氏模

量与泊松比分别为1．74X 105MPa，0．3。热膨胀系数口：14×10～1／k，假定最大温

差为100。C。则管子承受的一次应力为

己=百PD=—9．8 x酉(27万3-一28)=42．875MPa

(2)定义到目前的操作时间“=105h，以及将来所需的服役时间r。=8×10ah，总

的评定的使用寿命为f】=fo+f。=1．8×105h。

(3)确定在全时段内(t=O至，。=，o+r；)特征区域的载荷及温度历史

宙札墓一坟2；s
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数

(4)定义当前裂纹尺寸(假设存在一个深度为壁厚l／8的漏检裂纹)

。。=；棚=，翩m
(5)定义参考应力a。

若分析开裂区域，则一次和二次应力强度系数K。和K。应作为裂纹尺寸a的函

①参考应力a。

PL=o。ln(roin)

盯∥=(p／pL)×盯v=P／ln(ro／r，)=90．56MPa

其中：p代表当前施加的载荷；耽表示物体失稳时的载荷：仃，为对应于任意

屈服应力。

焊缝分区定义：为了对2．250riMo管道的焊缝进行评定，根据R5卷4将焊缝

分区成四个明显的区域或组元：

(i)2．25CrlMo母材(未受焊接影响)

(ii)母材的Ⅳ区

(iii)母材热影响区(HAZ)

(iv)2．25CrlMo焊材

要完成一个焊接接头的评定需要这些区域的下列信息：

(a)材料性质

(b)对热影响区，需要一个微结构参数口，该参数量化了在裂纹扩展方向上

粗晶贝氏体与细化微结构的线性化(空间)。注意就本评定程序的目的而言，HAZ内

的细化微结构可视同为正常的母材。

(c)应力再分布函数(k)，其作用是保证了环向蠕变应变的长期协调

混合热影响区(HAZ)微结构参数口

粗晶贝氏体对细化微结构的比取决于所用的焊接工艺。定义沿壁厚微结构变化

之口的合理取值方法见于文献【58】中，可归纳如下：

对窄角手工金属弧焊(角度(40。，无预先butting)

口=1．5

对于宽角手工金属弧焊(角度>40。)且无论是否有预先的butting

口=9．0

64
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步骤9

步骤10

步骤

11&12

步骤13

步骤14

收集输入数据一管件／焊缝的细节及相关材料数

定义当前操作时间to和将来服役寿命t。

确定稳态载荷和温度历程

计算无裂纹体弹性应力并进行分类

定义并表征缺陷尺寸和位置

确定参考应力与应力强度因子随缺陷尺寸的变化

根据初始条件计算破断寿命和时间相关的安全裕度(R6)

No

No

安全裕度足够

是否评估裂纹型缺陷?

是否要计算孕育期?

重新分析，如调整ls。

取得特别材料数据重

新表征缺陷重评操作

条件改善应力分析等

No

>+

翮
N0

r．石．j八

计算孕育期

计算后续裂纹扩展至少达(to+1

这种裂纹的扩展可接受

计算连续蠕变损伤累积和最终的R6

安全裕度足够否?

进行敏感性分析

安全裕度是否仍足够

整理报告

图5一15评定流程图

Fi95-15 the flow chart ofassessment

1

2
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4
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骤

骤
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—————————————————————————————————————————————————————————————一

对用埋弧自动焊和Fusarc CO：工艺焊接的焊缝：

由于主蒸汽管道采用埋弧自动焊焊接工艺，所以a的值取1．5。

焊缝再分布系数(七)：

对于蠕变参考应力主要地由环向应力决定的结构和载荷情况(见R5附录A3)

有必要用一系数k作参考应力修正以确保蠕变应变的协调性。这一系数用以说明跨

过焊缝的应力再分布(即较弱区域会向较强的区域卸载)。对母材、焊缝和粗晶及

细晶热影响区所推荐的膏值在R5卷4中亦已给出，推荐按比例分配的方法计算有

效膏值，^。：

环向应力主导时

。疆a+l幔2趟乩4_121
K。 1

其中，k。为细化的热影响区组织的膏值，在这里k。取细晶HAZ区的值1，k。为

粗晶的热影响区组织的k值焊缝再分布系数(k)，在这里k。取细晶HAZ区的值1．4，

轴向应力主导时：

k：掣×l_1
所以是环向应力主导

Ko-，e，．^=1．21×162)Ker一．。=162

表5-2焊缝应力再分布系数Ⅳ的推荐值

Tabel5-2 the recommended stress redistributing factor K ofweld

区域 k值

环向应力主导 轴向应力主导

母材(CrMoV) 1．O 1．O

Ⅳ区 1．0 1．0

细晶HAZ 1．O 1．O

粗晶HAZ 1．4 1．0

焊缝(2CrMo) O．7 1．O
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可查得母材区厅=1．0，焊缝区七=0．7

②应力强度因子的计算

对于裂纹扩展和R6的计算，必须将裂纹尖端的弹性应力强度因子解表达为裂

纹尺寸的函数。所须各值定义如下：

K。=一次载荷引起的应力强度因子

K。=总的载荷引起的应力强度因子

K，=(k。，一k。)=二次应力强度因子

K。(一次)=1．12盯√翮

=1．12×42．875√豇石
l

：85．09口一2

K。(总)=1．12盯√翮

=1．12×50 X√石×口

=96．995a 2

K，=(K。一K。)

! 上
=96．99a2—85 09a 2

I

：10．905口j

(6)根据当前裂纹尺寸昂=3．5mm计算特征区域的破断寿命T，。。至当前的连续

损伤D。。

破断寿命

①材料的蠕变破断寿命(连续损伤至失效的时间)是应力和温度的函数：

母材：

t=一(13"，0)

对焊缝而言，如用上面所定义的女盯。替代盯则此式对焊缝组元也成立：

焊缝：

0=■(七盯。，0)

②连续损伤积累计算：
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(7)计算孕育期t，(裂改起裂的前期)

孕育时间为裂纹张口位移J．达到一门槛值而发生蠕变裂纹扩展以前的延迟时

间。其值取决于应力、温度和材料，与CrMoV钢相关的一些资料见于文献㈣中。具

体计算过程如下：

麒印《端]
r5．034]2

5l万面J
=0．00309

q=B(cr吖h
=10—21⋯6(90．56)8 37406f

=】．8274×10‘6，

铲[志『-掣(器]2
=(0．0002／0．00309严一鲁筹(器)2
=0．0968—0．00047

式中仃Ⅳ是参考应力，s。是由仃呵引起的蠕变应变，口。为初始裂纹尺寸

d。20·0035m，￡应力再分布系数，k=o．7，耳是一次应力强度因子，K。=85．09√石，

Kmr=总体应力强度因子，K。，=96．995．后，q=蠕变裂纹扩展律之指数，取0．853

见文献‘㈣，万=裂纹张口位移， 对蠕变孔洞机制的Cr-M。钢材料疋：0．2mm。

(8)计算进一步的蠕变裂纹扩展速率至时间t：(至少达(t。+1．25ts)时间)
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E’=E／(1一y2)=1．74×10 5／[(1一O．3)2】-1．91×105MPa

，扩阱舞

=l慕jX
1×90．56

1．91×10 5×10—21 12“×90，568
37406

=39．73h

，：上：堕!!：!!：：2517
f垲d 39．73

R’=(KP／or可)2=(5．034／90．56)2=3．09x10—3

C’=彤kcr一·0。

=3．09×10—3×O．7X 90．56×10—211256×90．568
374

=3．58X10～MPa．Ⅲ／h

c(t)=C’

(1+f)1’4—1一圳“篙25篙1 1f1+ 7p“”””一

=3．58×10～MPa．m／h

扣警刊[c(伽9
=3．64×10—5 X(3．58×10—6)o

853

=8．233×10—6mm／h

则：Aa=a×1．25×104×8=0．8233mm，所以在to+1．25ts时刻裂纹长度a。=

4．3233mm

应用R6对a2=4．3233rrcn的裂纹进行了安全进行评定，该裂纹是安全的。

因此从蠕变断裂的角度考虑，即使管道中已有3．5 mm长的漏检裂纹，该管道

仍能继续安全工作8×104h，即十年左右。

注：盯Ⅳ一参考应力，Kp----次应力强度因子，舟一再分布系数，占。一童。b。，)：
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应变速率，f一无量纲时间，q=蠕变裂纹扩展律之指数，取0．853，A为材料参数

取3 64 X10～。

5．6小结

(1)2．25CrlMo主蒸汽管道服役10年时后，其金相组织珠光体中度球化，母

材和焊缝内无明显蠕变孔洞，也无微裂纹，仅有的是碳化物在马氏体边界上的聚集

和粗化，因此材料尚未受到明显的蠕变损伤。根据微结构分级方法，主蒸汽管道的

剩余寿命尚约有10年。

(2)基于损伤力学方法和服役10年后2．25CrlMo材料蠕变数据，估算主蒸汽

管道的剩余寿命为76825小时，折合约10年。

(3)应用拉伸一米勒方法对主蒸汽管道的剩余寿命进行了评价，其剩余寿命约

为10年。

(5)从蠕变断裂的角度考虑，应用R5卷7提供的方法，在假设存在一个深度

为壁厚t／8的漏检裂纹的情况下，再运行10年，仍具有足够的安全裕度。

目前，应用上述诸方法进行高温承压管线的评价均有一定的局限性，金相组织

分析方法仍然是一个最基本的手段。损伤力学的分析还无法摆脱高应力加速试验带

来的不精确性，因而必须引入相应的安全系数：而拉伸一米勒外推方法的精度也主

要取决于长时间的蠕变数据。R5方法从蠕变断裂角度出发，增加了断裂评定内容，

确保了有漏检裂纹情况下的结构安全性。



南京工业大学硕士学位论文

6．1 总结

第六章结论和展望

本文主要通过理论分析、试验研究、有限元数值模拟和计算，对直管和弯头在

静应力和蠕变条件下的多轴应变控制准则进行了研究，通过高温蠕变试样的长时测

量，并通过有限元法的计算，根据应力状态对破断应变的影响，建立高温下分析设

计的应变容限值。

对典型高温高压管线进行了研究，提出其应变容限，并且应用微结构分级方法、

损伤力学方法、拉伸一米勒方法预测和R5等方法对该管线进行了剩余寿命的预测。

得出主要结论如下：

(1)在塑性变形区叠加不同方向的拉伸应力大大的减小材料的破断应变，也

就是减小多轴应力下的材料韧性。

(2)通过对基于K—R方程的Cane的乘积型和Hayhurst的加和型的破断准则

的讨论，可以发现这两种破断准则在一定的范围内非常接近。

(3)当承压圆筒同时受轴向拉应力作用时，可以发现多轴破断应变容限随轴

向应力与环向应力之比的增大而减小。

(4)当圆筒受轴向压应力作用时，可以发现多轴破断应变容限当其轴向随应

力和环向拉应力之比的增大而迅速增加。

(5)研究承压弯头时，发现最薄弱的地方为中间部位，即口=45。的截面上。

在≯=90。的方向上，多轴破断应变最大，而在妒=45。和≯=135。的方向该应变容限

最小。

(6)高温高压管线中，弯头和三通等部位受的应力最大，因而管线在这些地

方最容易失效，论文通过应力状态分析，提出了参考的监控值。

(7)尝试用多种方法对电站主蒸汽管线的寿命进行预测。应用微结构分级方

法、损伤力学方法和拉伸一米勒方法预测的剩余寿命结果基本一致，均为10年左右。

从蠕变断裂的角度考虑，应用R5卷7提供的方法进行评定，在假设存在一个深度

为壁厚1／8的漏检裂纹的情况下，再运行10年，仍具有足够的安全裕度。
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6．2展望

本文主要通过理论分析、试验研究、有限元数值模拟和计算，对直管和弯头在

静应力和蠕变条件下的多轴应变控制准则进行了研究，给出了高温下典型构件的应

变容限值。

对典型高温高压管线进行了研究，提出其应变容限，并且应用微结构分级方法、

损伤力学方法、拉伸一米勒方法预测和R5等方法对该管线进行了剩余寿命的预测。

作者认为在本文研究的基础上，今后可以在以下几个方面作进一步的研究：

(1)本文仅研究了一次应力和二次应力为主的高温构件应变容限，对于构件

在峰值应力作用下的应变容限，可以进一步通过研究管线中三通等构件来明确其应

变容限的大小。

(2)轴向力对弯头应变容限的影响，作者尚未作研究，在这方面可以进一步

研究。
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