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摘要：发展大容量、高参数、高效的超超临界机组有利于提高现有能源利用率、缓解环境压力、实现绿色发电。 这一趋势对高温

蒸汽管道设计、制造、使用和可靠性评估提出了新的挑战。 本文概述了针对高参数火电机组蒸汽管道的焊接接头早期失效、新

材料选择和应用、含缺陷焊接部件寿命评估、残余应力以及拘束效应的影响、在役部件材料性能测试和可靠性评估以及在役部

件延寿理论等，高温结构完整性评估领域的近期研究进展及工程实践，并展望了这一领域未来研究发展方向和重要突破点。
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1 引言

1.1 高参数火电机组的发展
我国的能源现状是“富煤、缺油、少气”，因此能源发展以煤为主，电为中心。 我国的电力发展包含火电，

水电，核电以及清洁能源发电等，其中火力发电研究最早技术也最为成熟，发电稳定不受季节，环境，气候的
影响，燃煤发电机组在未来的一段时间内仍然是绝对主力，预计到 2020 年火电的总发电量仍能占到 60%以
上（见表 1）。图 1反映的是近几年来火力装机容量与电力总装机容量的对比，然而火力发电带来了一系列的
环境问题，燃煤产生大量的二氧化碳，在温室效应日益严重的今天，二氧化碳的减排已成为很重要的一个课
题。除此之外，燃煤还伴随众多的粉尘污染，北方的雾霾天气也受此影响，空气质量持续下滑，环境压力与日
倍增[1-2]。

参数

总发电量/（×109 kW） 1.368 5 4.121 3 4.5~4.6

火电/% 77.7 80.3 63.6

水电/% 17.8 15.99 23.6

核电/% 1.2 1.77 3.6

气电/% 0.2 0.3 5.4

新能源/% 0.1 0.2 3.6

2000 年 2010 年 2020 年（预测）

表 1 中国 20 年电力构成及预测
Tab.1 The development of electric power in recent 20 years in China
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图 1 我国总装机容量和火电装机容量的变化趋势
Fig.1 The trend of the total electricity capacity and

the thermal power capacity in China

参数名称 蒸汽温度/℃ 蒸汽压力/MPa 热效率/% 煤耗/（g/kWh）

中温中压 435 3.5 24 480

高温高压 500 9.0 33 390

超高压 535 13 35 360

亚临界 545 17 38 324

超临界 566 24 41 300

超超临界 600 27 43 284

表 2 不同参数燃煤发电机组的热效率和煤耗
Tab.2 Efficiency and coal consumption for the fossil power plants with different operating conditions

然而随着我国社会的不断进步，经济的不断
的发展，对于能源的需求也越来越巨大，尤其是
对电力的需求，可以说工业生产的每个环节都离
不开电力的支持。 这就要求节能减排，发展新能
源，清洁能源；在研制新能源的同时，提高现有能
源的使用效率和物质转化效率是最有效的手段。
现代的发电、石油、化工和冶金等工业装置都向
着高温、高压、结构大型化的趋势发展。 为保证电
力工业可持续发展， 加快电力结构调整的步伐，
提高机组的热效率、降低煤耗，实现“绿色发电”
的目标，最现实、可行的途径就是加快建设超超
界机组，并配备以常规的烟气脱硫、脱硝系统。 在
燃煤机组发电领域，机组参数主要包括温度和压力，根据温度和压力的不同，发电机组可以划分为不同的等
级。 其中蒸汽压力大于 27 MPa或蒸汽温度大于 593 ℃被称为超超临界；还有一种说法认为，机组主蒸汽温
度达到 600 ℃以上的均可成为超超临界机组。超超临界机组是一种更先进、更高效的发电技术。随着机组温
度以及压力的增加，机组的热效率提高，在温度和压力之间又以温度提高带来的效果显著，经过计算表明，
主蒸汽温度每升高 10 ℃，机组的热效率可以提高 0.25%左右[3]。 超超临界机组随着温度升高，机组的热效率
显著提高，一方面有助于降低煤耗，节约能源，另一方面有助于缓解环境压力，如表 2所示。

100 000
90 000
80 000
70 000
60 000
50 000
40 000
30 000
20 000
10 000

0

装
机
容
量
/（
×1

04
kW

）

20
00
20
01

20
02

20
03
20
04

20
05

20
06

20
07

20
08
20
09

20
10

年份

火电装机容量

总装机容量

目前，国内已运营的超超临界机组温度参数大多在 600 ℃左右。2006年，我国首台百万千瓦级超超临界
机组———华能玉环电厂 1号机组正式投入运行，主蒸汽温度达到 600 ℃，蒸汽压力达到 27 MPa。 截至目前，
国内在运行的百万千瓦超超临界机组已达 101 台。 目前我国正在使用参数为 600 ℃左右的超超临界机组，
提高蒸汽参数会进一步提高机组的运行效率，发电量更大的同时更加节约资源和减少污染排放。 近年来随
着欧美各国相继开展 700 ℃超超临界技术的研究，2010 年“国家 700 ℃ 超超临界燃煤发电技术联盟”在国
家能源局正式启动，开启了我国 700 ℃超超临界技术的研究。
我国的 610~620 ℃二次再热机组超超临界技术也在稳步开展，安徽淮南平圩电厂三期汽轮机再热蒸汽

参数采用 610 ℃，与 600 ℃参数机组相比，只需改进进气口叶片、中压汽门等部分关键材料。 目前在国外已
有再热蒸汽温度 610~620 ℃的应用业绩，如日本橘湾火力发电厂 1 号、2 号机组容量 1 050 MW，再热蒸汽
温度 610 ℃，德国 Datteln电厂机组容量 1 100 MW，再热蒸汽温度 620 ℃。 610~620 ℃参数机组材料的安全
性和稳定性得到保障，不存在无法解决的技术问题，在我国大规模的推广指日可待。 然而面对我国资源开发
和环境保护的巨大压力，在“700 ℃”技术成熟以前，研发大容量高效燃煤发电技术对我国提出节能减排和可

2



第 6 期 徐连勇，等：高参数火电机蒸汽管道高温完整性研究进展

持续发展的目标具有现实意义。我国各大电力集团均开始建设 600~630 ℃超超临界机组，如华能集团浙江长
兴电厂建设了蒸汽压力 29.3 MPa、蒸汽温度 600 ℃、再热温度 623 ℃的 660 MW 高效超超临界火电机组以及
神华集团高资电厂计划新建的高效超超临界火电机组的设计蒸汽压力为 35 MPa、蒸汽温度为 610 ℃/630 ℃/
630 ℃。 另外，630~650 ℃参数机组材料的研制已经初步具备应用的条件，与目前 600 ℃参数机组相比，热效率
可以升高 2%~3%，成本无明显增大。 因此适时建设 630~650℃参数机组已成为我国下一步的重要目标。
1.2 高温材料的发展及应用
蒸汽参数的进一步提高会对机组的钢材性能有更高的要求，需要解决机组钢材中耐高温、耐高压、耐腐

蚀、抗氧化及抗蠕变等问题。 然而机组蒸汽参数（温度、压力）的提高很大程度上受制于高温耐热材料的性能，
要求金属具有高的高温强度，特别是高温蠕变、持久强度，以及优异的抗高温氧化、抗高温腐蚀性能和良好的
组织稳定性等，同时也要求材料有良好的抗热疲劳性能和冷、热加工工艺性能，特别是良好的焊接性能等[4]。
而目前这些在建 600~630 ℃超超临界机组，仍是使用 T/P92马氏体耐热钢。T/P92钢（9Cr-0.5Mo-1.8W-

VNb）在原有 T/P9l钢基础上发展而来。 与 T/P91钢相比，T/P92的蠕变强度进一步提高，使用温度上升，具有
很高的高温持久强度，优良的抗蒸汽氧化性能，良好的导热性，热膨胀系数小以及低成本，适用于制作蒸汽
温度在 580~600 ℃之间、最高温度在 600~620 ℃的锅炉本体过热器、再热器。 但 T/P92钢使用温度上限就是
600 ℃，超过这一温度 T/P92 将面临持久强度不足和抗环境腐蚀（流动的超超临界蒸汽和/或多种煤灰腐蚀）
性能不足的问题。对于小口径锅炉管系，在 T92之上可以采用奥氏体耐热钢管制造过热器和再热器，奥氏体
耐热钢管可以在 600~650 ℃蒸汽温度段使用。 但是奥氏体耐热钢只能用于小口径锅炉管制造，由于其热传
导性能差和热膨胀系数大，不能用于制造大口径锅炉管和其他大型厚壁构件。 如用铁镍基或镍基耐热合金
制造 600~650 ℃温度段的大口径锅炉管，则成本过高。
研发可用于 600~650 ℃温度段新型马氏体耐热钢、开发新型马氏体耐热钢的大口径锅炉管和大型厚壁

构件，以使超 600 ℃等级超超临界火电机组的批量建设具有经济性和可行性，是解决目前超 600 ℃等级超
超临界火电机组的瓶颈性方法之一。 日本国立物质材料研究所(NIMS)较早开始研究 650 ℃新型马氏体耐热
钢，钢铁研究总院和宝钢在国内率先开展相关 650 ℃新型马氏体耐热钢研究工作，日本新日铁住金公司也
在该领域开展了研究工作。 NIMS开发的 650 ℃马氏体耐热钢代号为 MARBN钢(9Cr-3W-3CoVNbBN)；钢铁
研究总院研制的 650 ℃马氏体耐热钢代号为 G115 钢(9Cr-2.8W-3C ℃uVNbBN)；日本新日铁住金的马氏体
耐热钢代号为 SAVEl2AD(9Cr-3W-3CoNdVNbBN)[5]。 G115钢是由钢铁研究总院和宝钢共同研发的具有自主
知识产权的 650 ℃马氏体耐热钢[6-7]，在研发该钢管过程中，采用了“选择性强化”设计理念，通过合理控制 B
和 N的配比有效控制 M23C6 碳化物在服役过程中的长大速率，在 Nb 和 V 之外通过添加适量 Cu 元素进一
步增加析出强化效果，通过把 W含量从 3%调低到 2.8%，来提高服役过程中的冲击韧性。 G115 钢具有优异
的 630~650 ℃温度区间组织稳定性能，具有优异的高温蠕变性能和抗蒸汽氧化性能，650 ℃温度下其持久强
度是 P92 钢的 1.5 倍，其抗高温蒸汽氧化性能和可焊性与 P92 钢相当，有潜力应用于 630~650 ℃温度段大
口径管和集箱等厚壁部件以及 630~650 ℃小口径过热器和再热器管的制造。 目前已经完成了大厚壁钢管的
工艺试制工作，更接近于工程应用。
1.3 影响高温部件可靠性因素
高温部件可靠性一方面取决于所使用材料的高温强度，包括高温蠕变强度、高温抗氧化性能以及高温

抗腐蚀性能等，良好的高温强度可以抑制材料长期服役下的劣化。 对于超超临界机组常用的 P92 钢的长期
蠕变性能相较 P91 钢得到很大提高，但其焊接接头的蠕变性能仍与其它 Cr-Mo 铁素体钢类似，已导致早期
失效，制约着 P92钢构件的设计参数。对于 Cr-Mo耐热钢焊接接头，国际上通常将其焊接热影响区分为粗晶
区（CGHAZ，临近熔合线）、临界区（ICHAZ，临近母材，又称为不完全重结晶区）和细晶区（FGHAZ，位于粗晶
区和临界区之间）等 3个微区，通常又将细晶区和临界区称为第 IV区。 对于耐热钢的蠕变破坏，国际上通常
根据蠕变裂纹产生的位置来进行分类，共分为 4 种类型[8-10]，如图 2所示。
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图 3 P92 钢焊接接头的典型 IV 型开裂形貌
Fig.3 Type IV crack in P92 welded joint

微裂纹

母材 细晶区 粗晶区 焊缝

300 μm

Ⅰ型开裂———蠕变裂纹出现在且局限在焊
缝金属中；
Ⅱ型开裂———蠕变裂纹出现在焊缝金属中，

并从焊缝金属中向母材中发展；
Ⅲ型开裂———蠕变破坏发生在粗晶区内；
Ⅳ型开裂———蠕变破坏发生在细晶区或临

界区中，即Ⅳ区。
对于 Cr-Mo耐热钢焊接接头，高温强度最弱

的实际上是其热影响区 （HAZ）“第四类区”（Ⅳ
区）， 蠕变断裂经常发生在这个区域内， 通常将
这种蠕变破坏称为Ⅳ型开裂，它具有很快的蠕变
孔洞形成速度，往往导致构件的早期失效，是一
种恶性的蠕变破坏。 因此，长期高温下服役的耐
热钢焊接构件的 IV型蠕变失效受到世界各国专家学者的广泛关注。
对于 Cr-Mo耐热钢来说，在实际服役运行条件下，焊接接头的总体性能是决定结构性能的关键，而焊接热

影响区是接头性能最弱的区域，而不是焊缝金属本身。 为了保证高温焊接接头的可靠性，分析焊接接头的失效
机理，改善焊接工艺参数；焊接不可避免存在残余应力，尤其是大后壁高温部件，焊后热处理难以保证内外壁温
度均匀，也很难进行整体热处理，发展局部热处理工艺，是降低耐热钢焊接接头残余应力水平的重要措施。
另一方面，超超临界机组中高温部件尺寸大、形状复杂、制造难度高，在制造过程中不可避免存在缺陷

和裂纹。特别是高温部件中存在大量的焊接结构，它们是产生缺陷和裂纹重要来源之一。焊接过程中控制不
良，极易产生气孔、夹杂、未熔合、未焊透等缺陷和裂纹；同时耐热钢焊接接头在高温服役过程中还会在接头
的薄弱区萌生新的缺陷和裂纹[11-13]。这些裂纹在高温长期服役情况下也会发生扩展，加速蠕变失效降低构件
的设计寿命。 设备的直接更换会导致巨大的经济损失。 因此，无法对所有含有缺陷的构件进行替换，需要对
含缺陷后结构的裂纹扩展剩余寿命进行预测，然后合理的安排构件更替。 预测含缺陷构件的蠕变裂纹扩展
寿命不仅可以为合理安排构件的维修提供理论依据，同时也是保证其高温结构完整性的重要手段[14-16]。

2 P92钢焊接接头蠕变失效以及改善措施

2.1 P92钢焊接接头蠕变失效
对于 9%~12%Cr钢，焊缝金属的蠕变强度要求至少母材的强度相匹配，通常高于母材，因此蠕变失效往

往发生在母材或 HAZ 中。 施加应力在 100 MPa
以下时，发生在热影响区 IV 型失效占主导地位。
断裂位置从母材向 HAZ 的转变与试验应力和温
度有关，其中应力的影响更大。 P92钢在高温、高
压长期服役下容易在焊接接头的细晶区发生典

型 IV型开裂，如图 3所示[11]。
P92 钢焊接接头 IV 型蠕变开裂过程如图 4

所示，可认为是 P92 钢焊接接头细晶区的蠕变损
伤过程，其蠕变损伤演化的过程中碳化物的形成
与粗化对 P92 钢焊接接头的 IV 型开裂有很重要
的影响[17-18]。因此，通过提高相变前原先奥氏体晶
界上碳的分布，可以对粗大碳化物的形成起到一
定的抑制作用。尽管焊后对 P92焊接接头进行了

图 2 耐热钢焊接接头的裂纹类型
Fig.2 Crack types in heat resistant steel welded joint
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热处理， 但仍然有部分残留的粗大碳化物存在，
并成为 IV 型开裂的根源。 如果在焊接过程中能
够完全溶解这些碳化物， 那么 IV 型开裂可能得
到抑制。 为了使得碳化物能够完全溶解， 焊接前对
P92钢管的正火处理需要保温很长时间。但是，保
温时间的延长会导致焊接接头机械性能下降，不
能满足使用要求。 而适当增加焊前正火热处理的
次数，每次时间不必过长，可以在保证不降低焊
接接头机械性能的前提下，使得在焊接过程中尽
可能完全溶解碳化物，从而提高 P92 钢焊接接头
的蠕变性能提高，抑制焊接接头 IV型开裂[13]。

Abe 等[19]分析了施加应力对 IV 型失效倾向，
当应力大于 100 MPa 时，焊缝的蠕变性能接近母
材；焊缝和母材蠕变寿命的差距随试验应力减小
而增大，直到一个临界低应力水平，焊接接头的
破断寿命接近模拟 HAZ试样。 Zhao等[13，20]结合连

续损伤本构模型（CDM），采用数值模拟的方法分
析了 P92 钢焊接接头蠕变过程中损伤累积过程
以及应力应变的演变。 P92钢焊接接头中细晶区
损伤发展速度最快，这是由于细晶区的抗蠕变性
能较差，蠕变应变速率较高，蠕变应变比较大 [21]，
而与其相邻的母材、 粗晶区的蠕变应变速率较
小， 细晶区的继续变形受到周围区域的挤压，使
得即使在承受单轴载荷下，在焊接接头产生了比
较大三轴应力状态，且集中在细晶区。 高的应力
三轴度会加速空穴的运动[22]，进而加速蠕变空洞的萌生、发展和长大 [23]，导致 P92 钢焊接接头易在细晶区发
生早期失效。 另外，尽可能采用窄间隙、低热输入的焊接工艺方法，可以减小细晶区的宽度，抑制细晶区的
应力集中程度，从而有效降低早期失效倾向，延长焊接接头的服役寿命[24]。
2.2 焊后局部热处理

P92钢合金元素含量高，对焊接技术要求比较严格，焊接工艺选择不当时，容易出现冲击韧性降低、热影
响区软化甚至出现 IV型裂纹等问题。 随着 P92管道壁厚的增加，给焊接、热处理、探伤等操作带来了很多的
新困难，例如会引起热应力的剧增，且加剧了管道的热疲劳损伤。 焊接接头是影响机组运行安全的最薄弱环
节，如果其质量得不到保证，不仅 P92的优势发挥不出来，而且对机组后期运行的安全性带来严重威胁。
焊后及时进行热处理操作是非常必要的， 它对提高焊缝的冲击韧性和蠕变断裂强度有着重要的影响。

国内外的大量案例表明，P92 钢的使用性能对施工工艺比较敏感，即使焊接质量优良，焊后热处理操作不当
时，也会导致常温和高温性能恶化，构件在服役过程中有可能发生早期失效故障。焊后热处理可降低焊接残
余应力，改善焊缝和热影响区组织，提高焊接接头和母材的性能，稳定结构的形状和尺寸等。 但是随着结构
尺寸的逐渐增大，以及复杂的实际工况，往往难以进行整体焊后热处理，通常采用局部热处理方法，如图 5
所示。 管道局部热处理过程中，均热区、加热区和保温区分别是 3 个重要的区域。
国外不同压力容器标准和规范中规定的不同局部热处理加热宽度要求不相同，如表 3 所示，其中 t 指

管道壁厚，R指管道内半径。 在焊后局部热处理过程中，由于国内外相关标准对局部加热范围和加热方法的
描述存在差异，也会给局部热处理工艺的制定和产品验收造成争议[25]。

（a） 焊接热循环中原先奥氏
体晶粒边界上碳化物的溶解

与高碳马氏体细晶粒的形成

（b） 蠕变中高碳马氏体细
晶粒中碳化物的沉淀析出

·
· ·

·
··

···············
···········
·····
············

图 4 P92 钢焊接接头 IV 型开裂机制
Fig.4 Fracture mechanism of type IV crack in P92

welded joint

富含碳的细晶粒

蠕变过程中

沉淀析出的碳化物

原先的奥氏体晶界

碳化物

焊接过程

富含碳的细晶粒

沉淀析出的碳化物

分离的晶界

沉淀析出的碳化物

蠕变空穴

蠕变空穴聚合、
连接

（c） 蠕变空穴的形成、
聚合及晶界的分离

（d） 微裂纹的形成

分离的晶界

分离的晶界

的连接

微裂纹
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国外标准 推荐的最小加热宽度

ASME BPVC Section VIII 焊缝区最大宽处的两端各加公称厚度或 50 mm

BS2633 离焊缝中心线 5t

BS5550 离焊缝中心线 5

JIS Z 3700 离焊缝边缘 3t

JIS B 8270 离焊缝边缘 2t

图 5 管道局部热处理示意图
Fig.5 Schematic of local heat treatment for pipes

表 3 国外局部热处理加热宽度公式的比较
Tab.3 Comparisons for the specific requirements for heated band during local heat treatment process

Xu等[26]基于局部热处理的数值计算和分析程序，分析了大量不同管道规格下加热区以及保温区长度对
热处理效果的影响，并提出了实际工况下厚壁 P92 管道焊后局部热处理加热面积规范，如公式（1）所示，克
服了国内外现行标准规范的不足，可用以指导 P92管道焊后局部热处理工程实践。

HB=20.2 Rt姨 -5.8R-302.7 （1）
式中：R代表管道内径；t 代表管道的厚度。 王学等[27]分析了空气流动对局部热处理效果的影响，提出对热处
理温度要求很高的 P92 管道，焊后局部热处理时应限制管道内空气流动，或在选取热处理参数时考虑空气
流速的影响。
为了保证大尺寸部件焊后局部热处理的效果，除了在实施过程中，严格控制加热宽度、保温宽度以及控

制空气的流动，同时应多布置测温点，实时监控内外壁的温度曲线，控制内外壁温差，保证焊后热处理的效
果。 除此之外，开发先进的新型焊后热处理设备（如可实现大厚壁构件中频感应加热设备）以及研制焊后热
处理实时监测及反馈系统，也是目前局部热处理的发展趋势。

3 在役管道及焊接接头材料老化状态评估

在役设备性能评估和结构完整性评定是保证设备安全运行的重要课题。由于这些设备长期处于复杂的
服役环境，受到拘束应力、热应力、腐蚀、化学等因素的作用，往往使得材料性能发生变化，例如核辐射下反
应堆材料性能的降低、火电设备高温服役下材料性能的劣化、高温燃气轮机材料断裂韧性的降低等。通常进
行结构完整性评定时，在无法确定材料实际性能的情况下，往往是根据材料的标准值或参考文献的数据，推
算出材料性能的最低值，这样也可能导致过于保守的估计而不能充分发挥设备的潜力。 为了准确进行设备
的剩余寿命预测和结构的可靠性评定，必须采用材料实际性能作为判断和评估的依据，否则带来不安全的
隐患。
目前常规的评估在役设备材料性能的方式主要有：传统无损检测方法和取样试验方法。 这两种方法在

在役设备评估中发挥着作用，但两者各自有其局限性。传统无损检验方法如覆膜金相和里氏硬度计，虽然操

保温区（gradient control band）
加热区（heated band）
均温区（soak band）
焊缝宽度

焊缝区

热影响区 焊缝中心线
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3.1 微试样测试技术
微试样测试技术就是采用小尺寸试样，以微小损伤的代价评价材料的性能。常见的有：微断裂韧性试

验，采用微小夏比 V 型试样、SENB 试样和 CT 试样的断裂韧性试验；微试样拉伸试验以及小冲孔试验技
术 [28-30]。微试样试验技术所需试样尺寸小，可以直接从在役设备上制备，对设备损伤小，既可以用来研究金属

材料、复合材料、无机材料以及研究涂层的性能，同时配合微损伤取样设备可以实现在役管道以及焊接接头

的材料老化程度分析。

1） 微断裂韧性试验。断裂力学方法是评估压力容器、管道等结构完整性常用方法。断裂力学评定需要涉
及设备的服役压力、 材料的强度和断裂韧性如 J、CTOD、KIC 和 FATT 等。 材料的断裂韧性一般通过 CT、
SENB和夏比冲击试样获得。 对于一些实际结构，可能由于尺寸限制，无法制备标准规定的最小尺寸的常规
试样。 因此，微小夏比 V 型、SENB 和 CT 试样的断裂韧性试验方法得以发展，可采用小尺寸试样进行试验，
通过建立与常规试验结果的对比关系，间接的获得材料的断裂韧性[31-32]。 这种方法目前在核电中应用较为广

泛，还可以使用在无法破坏性取样的设备上。 Maloy[33]和 Jia等[34]利用这种方法研究了核电受辐射材料的断裂

韧性。

2） 微拉伸试验。微拉伸试样形式和常规的拉伸试样形式相同，区别是试样的直径更小或者宽度更窄，
可以小到 2 mm[35]。对于不能加工或者不易加工标准拉伸试样的材料，可以采用微拉伸试样获得拉伸性能。

微拉伸试样既能反映材料局部特性， 也可以用来研究结构不均匀材料的力学性能。 微拉伸试样示意图如

图 7 所示。
微拉伸试验可以用来分析： ① 焊接接头不同区域的材料性能以及各区域性能的梯度变化情况； ② 小

截面半成品的材料性能测试； ③ 无法制备标准尺寸试样的材料的力学性能分析，如失效分析； ④ 小尺寸焊
接接头的力学性能测量，如激光焊件、等离子束焊件； ⑤ 微型元件的力学性能测量，如电子封装件。

作简单、无损，但是所知的信息量有限，也不足够精确，尤其是近年来随着工艺装置向高温、高压趋势发展，

带来大量新型材料的应用，这些新材料使用时间短，对其材料性能把握不是很充分，传统的金相分析在老化

评估方面己不能满足要求，需要 TEM、SEM 等更深一步的微观组织分析。 传统取样试验法为了评估在役设
备服役后的材料性能，往往采用破坏性试验，即要获得材料性能在长期高温高压运行后的材料劣化状况，就

需要从在役设备上截取足以完成性能试验的一块试验段。 这种方法虽然可以获得材料服役后各种性能参

数，但对大多数设备来说，这种做法是不允许的；此外破坏取样后还需要采用焊接方法修复，容易引起附加

的二次危害，严重制约了在役设备材料性能评估技术的应用。 为了评估在役设备材料性能演变，迫切需要研

发一种便携式且不具破坏性的微小损伤取样设备，如图 6所示。

徐连勇，等：高参数火电机蒸汽管道高温完整性研究进展

常规取样

破坏在役部件
搬运

微损取样

微小试样

性能试验

标准大试样

图 6 在役部件性能测试示意图
Fig.6 Illustration of the mechanical properties measurement for in-service components
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图 7 微拉伸试样示意图
Fig.7 Illustration of the micro tension sample

图 8 小冲孔试验示意图
Fig.8 Schematic of small punch testing

此外，微拉伸试样不仅可以分析材料常温力学性能，还可以用于高温力学性能以及高温蠕变性能的测
量。 初瑞清等[36]用结构均匀的 X60 钢测试了微拉伸试样的拉伸强度的可靠性，发现试样尺寸对拉伸强度的
影响很小，微型试样测量结果与标准全厚尺寸试样测量结果的差别不大。 Zhao 等[37]利用有限元模拟和试验

相结合的方法， 分析了微拉伸试样的尺寸和几何形状对材料力学性能的影响， 为微拉伸试验提供指导。
Nogami 等[38]利用微试样研究了铁素体材料的疲劳性能，以及试样的尺寸和形式对疲劳性能的影响；对于圆
棒试样，试样尺寸和形式对疲劳性能没有影响；对于板材试样，试样尺寸没有影响，试样形式有影响。 因此，
其建议采用圆棒型的微试样评估材料的疲劳性能。

3） 小冲孔试验技术。 小冲孔试验技术是在上世界 80 年代，美国 AMES 实验室 Baik 等[39]为评定核电受

辐射材料的性能开发的。小冲孔试验装置的示意图如图 8 所示，主要由冲杆、压头、上下固定平台、加载装置
和测量装置构成。 试样的形式主要有圆形和方形两种，试样的尺寸一般是厚度 0.1~0.5 mm，直径（边长）3~
10 mm。 压头的形式主要有球形、锥形和圆柱形，
目前广泛应用的是球形压头，一般是由陶瓷加工
而成。 其基本原理就是利用冲杆以恒定的速率或
者在恒定的载荷下冲压薄片试样，记录试样从变
形到断裂整个过程中的载荷-位移 （或者变形挠
度）数据，并借此分析和获得材料各种性能的试
验方法。
基于小冲孔试样变形的理论分析，就可以获

得材料的常规力学性能， 如抗拉强度、 屈服强
度、断裂韧性、韧脆转变温度等。 Okada 和 García
等 [40-41]研究了小冲孔试验结果和常规试验结果两

者之间的联系， 分析了两者试验曲线的异同，利
用载荷-位移曲线获得材料的屈服强度和抗拉强
度等性能。 Bulloch[42]和 Fleury[43]等利用该技术了
研究了未服役材料以及服役材料的韧脆转变温

度，建立了描述小冲孔试验测定的韧脆转变温度（TSP）与标准试验测定的韧脆转变温度（FATT）之间关系的
经验公式

FATT（℃）=αTSP+β （2）
式中：α和 β都是无量纲参数。

Cuesta[44-45]和 Turba[46]等利用含裂纹的小冲孔试样分析了材料的断裂韧性，并分别针对脆性材料和韧性
材料建立了小冲孔试验的有效断裂应变和断裂应力与常规的材料脆性断裂韧性 KIC 以及材料延性断裂韧
性 JIC之间的关系。

加载

冲杆

压头

试样
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图 9 小冲孔典型曲线
Fig.9 Typical curve of the small punch testing

图 11 小冲孔蠕变曲线和单轴蠕变曲线对比
Fig.11 Comparison of the creep curve between small

punch creep and uniaxial creep

JIC=kεsp-J0 （3）
KIC=c（σsp）2/3 （4）

式中：εsp，σsp是试样的应变和应力；k，c，J0均是材料参数。
Yang 等[47]结合有限元和 LS-SVM 逆分析方法利用小冲孔方法分析了 Incoloy800 H 镍基合金的力学性

能。 Martínez-Paeda[48]分析了不同类型含缺口的小冲孔试样获得断裂韧性，并从应力三轴度和可加工性方法
推荐了一种合适尺寸的小冲孔试样，可以很好地测量和分析材料的断裂性。 基于小冲孔试验过程中测量的
挠曲变形曲线，可以获得材料的屈服强度和抗拉强度[49-50]。Bruchhausen等[51]综述了利用小冲孔试样获得材料

应力-应变曲线以及韧脆转变温度的研究进展，如图 9所示。 Alegre等[52]综述了现有利用预制裂纹小冲孔方

法获得材料断裂韧性的方法，包括小冲孔试样的形式、最优初始裂纹长度、CTOD的测量方法、能量释放率以
及 J积分的有限元分析方法。

4） 小冲孔蠕变试验技术。 小冲孔蠕变试验技术是在小冲孔试验技术上发展起来的，针对材料高温蠕变
性能的测量和分析，用以评估高温构件的完整性[53]。 由于小冲孔试样的尺寸，要远小于常规所使用单轴蠕变
试样的尺寸如图 10 所示，为实现材料在役高温蠕变性能的测试提供了有利支持。 其基本原理和小冲孔试验
一致，只是其试验环境为高温环境，且一般需要氩气的气体保护防止试样的氧化。 小冲蠕变试验曲线和常规
蠕变试验曲线对比如图 11 所示。

根据小冲孔试样的变形过程 ， 可以获得小冲孔蠕变时施加载荷 FSP 和试样承受等效应力 σeq 的

关系 [ 54]
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Ⅰ Ⅱ Ⅲ

时间 t/h

小冲孔蠕变曲线

单轴蠕变曲线挠
曲
变
形

δ/
m
m

蠕
变
应
变

ε/
%

图 10 蠕变试样的形状和尺寸
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FSP/σeq=3.33 KSPPSP
12 r -0.2t0 （5）

式中：RSP 是压头的直径；t0 是试样的初始厚度；r 是变形区域的半径；KSP 是一个无量纲的相关系数， 取决于

材料本身。 因此，利用小冲孔蠕变试验技术也可以获得材料的破断时间和承受应力的关系，进而评价材料的

剩余寿命[55-56]。

目前，美国、中国等不同国家的电力研究院和试验室，如 DEN、EPRI、IMT、IPM、CISE、JRC 及 IMMT 等已
经在开展小冲孔蠕变试验技术评估材料的高温蠕变性能，并逐渐延伸评估在役设备的使用安全性和剩余寿

命评估。 Zhou和 Zhai等[57-58]利用有限元计算的手段，研究了小冲孔试样的厚度、直径、载荷水平、压头直径、

温度以及保护气体对小冲孔蠕变试验结果的影响，且研究了小冲孔蠕变试验过程中的变形情况，进一步明

确了小冲孔蠕变变形的机理。 对于超超临界机组新型耐热钢 P91、P92 钢的焊接接头高温服役时，易在接头
的细晶区发生 IV型早期开裂失效。 Komazaki和 Kato、Zhao等[21，59-60]利用小冲孔蠕变试验技术分析了焊接接

头各个微区（细晶区、粗晶区、母材和焊缝金属）的高温强度如图 12 和图 13 所示，试验得到的材料高温强度
和常规蠕变试验的结果具有一致性，可以用来评价焊接接头服役时的寿命。

Izaki 等 [61]利用该技术评估了服役后 2.25Cr-1Mo 钢过热器的高温性能，并评估了设备的剩余寿命。

Yang 等 [62]利用小冲孔试样测试了镍基合金 800H 的蠕变性能，还提出了基于能量法的寿命预测模型 [47]。

Kumar 等[63]分析了 316H 的蠕变性能。 Zheng 等[64]等结合 θ 法寿命预测和小冲孔测试技术，分析并预测了服
役 Cr-Mo钢的剩余寿命。 陈玉新[65]利用小冲孔蠕变试验机研究了 CrMoV钢的蠕变性能，分析了气体流量的
影响、小冲孔的挠曲变形和蠕变损伤。庄法坤[66]利用三点弯、悬臂梁和固支直杆弯曲小试样蠕变试验方法，通

过理论分析、数值模拟和试验研究相结合的方法，研究了 3种小试样方法测量材料蠕变性能的可行性。
3.2 微损伤取样技术的发展
小试样试验技术评定服役构件的材料性能，首先需要解决取样问题，美国、英国、日本、中国等国家均开

展了取样器的研发工作，可以实现从在役设备上直接切割材料，进行小试样试验测试，解决了在役设备材料

性能测试的难题。

目前在役设备取样技术主要分为两种：机械切割和电火花切割。 美国最早针对微试样测试技术研制取

样设备。 美国的 FaAA Products Corporation 公司开发了机械式切割的取样机， 如图 14 所示； 英国的 Rolls
Royce公司获得在欧洲的生产和销售权，并进行了改进如图 15 所示。 该设备进行一次取样，需要 1 h 左右，
切取试块的直径为 20~25 mm，切割深度可调。

图 12 小冲孔蠕变试验获得焊接接头各微区的应力和破
断时间的关系

Fig.12 Relationship between stress and rupture time
obtained from small punch
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Fig.13 Relationship of small creep strain rate and
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图 14 机械式取样设备
Fig.14 Mechanical sampling equipment

我们也自主开发了机械式切割式取样

机，如图 17（a）所示。 该设备通过设计不同尺

寸的切割刀具，试样直径在 20~40 mm，厚度

在 2~5 mm，切取一个试样时间为 1~1.5 h，和

英国 Rolls Royce 公司设备相当，为在役部件

材料性能测试提供支持 ，如图 17（b）所示 ，

目前已经在国内某电厂在役 P92 管道进行

应用。

图 15 Rolls Royce 公司研制的机械式取样设备
Fig.15 Mechanical sampling equipment produced

by Rolls Royce

意大利电力研究院开发了电火花切割式取样机，采用特殊制造的钼丝，利用电火花放电的原理，从在役

设备切割微小尺寸试样。 该机可提供工程服务，但非定型产品，体积较大，不易运输。 近年来日本 Kyushu电
力公司和 Kobe材料实验室联合成功开发了电火花切割取样机，相比意大利电力研究院的体积较小，比较灵
巧使用，如图 16所示。 切取试样长约 35 mm，宽约 6 mm，厚度约 3 mm。 但切割时间比较长，需要 3 h左右。
此外，由于电火花方法，既需要在在役设备上开槽，且切割过程中还需要冷却水。 尤其是切割钼丝容易断，使

用不方便。 欧洲科技发展公司购买了该设备，目前提供国际上服务。

图 16 日本研制的电火花式取样设备
Fig.16 EDM sample equipment from Japan

（a） 取样机工作情况 （b） 取样机制取样品

图 17 便携式微创取样机工作图
Fig.17 Schematic of portable miniature sampling machine

徐连勇，等：高参数火电机蒸汽管道高温完整性研究进展 11
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4 含裂纹管道的寿命评估技术

4.1 含裂纹寿命评估标准
大型构件在加工制造过程中，内部会产生缺陷或裂纹等，在随后的长期使用过程中，裂纹在高温蠕变变

形的作用下，经过一定的孕育期后，会不断扩展，最终导致构件失效破坏。高温下材料会发生弱化，内部也会
产生缺陷甚至形成微裂纹等，这些裂纹在高温长期服役情况下也会发生扩展，加速蠕变失效降低构件的设
计寿命。 电力、化工、石油和冶金行业的设备均比较大，设备的更换会导致巨大的经济损失。 因此，无法对所
有含有缺陷的构件进行替换，需要对含缺陷后结构的裂纹扩展剩余寿命进行预测，然后合理的安排构件更
替。 预测含缺陷构件的蠕变裂纹扩展寿命为合理安排构件的维修提供理论依据，同时也是保证其高温结构
完整性的重要手段。 随着高温断裂力学研究的深入，一些发达国家相继制定了高温构件设计与寿命评定的
规范，目前世界常用的高温构件结构完整性评定标准主要有：

1） 美国机械工程学会的 ASME N-47[67]规范案例，针对一级高温服役构件的设计制定的。 这个规范主要
针对不含缺陷的构件，对于含缺陷结构的蠕变裂纹扩展的孕育期以及后续的稳定扩展阶段的分析，都是建
立在高温断裂参量 C*等描述蠕变裂纹扩展速率的基础上，通过试验结果和理论模型来估算裂纹的萌生、扩
展，从而实现对构件剩余寿命的预测。 法国为核反应堆材料的服役制定的 RCC-MR规范，和 ASME N-47一
样，都是针对不含缺陷的构件。

2） 英国的电力行业标准 R5[68]，目前已经成功应用在火电设备的完整性评定上。 R5 标准根据结构的实
际形式、缺陷的形状以及位置等，采用参考应力的方法计算裂纹尖端的高温断裂力学参量 C*。 R5中提出损
伤积累导致构件失效的时间 tcd、蠕变应力的再分布时间 tred、蠕变裂纹的起裂时间 ti以及稳态裂纹扩展阶段
时间 tg 4个时间段，分别用来描述处于不同情况下的蠕变裂纹扩展情况。此外，R5中还考虑疲劳和蠕变的交
互作用，蠕变裂纹扩展的长度应是蠕变裂纹扩展的长度和疲劳裂纹扩展的长度之和。

3） 英国的国标 BS7910。 这个标准在原有的高温缺陷评定标准 BS6519的基础上发展而来，基本涵盖了
含缺陷结构的所有失效模式，尤其针对含缺陷焊接结构制定。高温下的大型部件由于结构复杂，大多采用焊
接工艺制造而成，因此焊接结构的安全性也是决定高温构件结构完整性的重要条件。 对于焊接结构的特殊
性，该标准指出要注意焊接接头的各个区域（如母材、焊缝金属和热影响区）的蠕变强度、蠕变裂纹扩展速率
以及高温断裂韧性的不同，此外对残余应力以及疲劳裂纹扩展对高温寿命的影响也进行了规定。

4） 法国的行业规范 A16[69]。主要针对高温环境下核设备，对于高温构件的蠕变失效破坏，把其分为 3个
阶段：蠕变裂纹扩展的起裂阶段、循环载荷下的扩展阶段以及由于韧性耗散和蠕变变形导致的裂纹快速失
稳阶段，并对于每一阶段都规定了基于高温断裂力学的评定步骤和规则。此外，还引入蠕变疲劳交互作用图
对高温下的交互作用进行评定。
除此之外，应用比较多的还有德国的双判据图法以及由常温失效评定图（FAD）方法发展而来的与时间

相关的高温失效评定图法（TDFAD）[70-71]。 由于国内对高温构件的结构完整性研究起步比较晚，基础比较薄
弱，研究成果也比较少。 国内的华东理工大学的涂善东等[69,72-75]，基于我国高温用钢和服役设备管理的特点，
在国际高温缺陷评定的基础上， 提出了基于 TDFAD与时间相关的高温缺陷三级评定方法， 并据此建立了
2.25Cr-lMo 钢、10Cr9Mo 钢和 316 不锈钢的高温失效评定图， 并探讨了服役温度和时间对失效评定曲线的
影响。
4.2 拘束效应对蠕变裂纹扩展的影响
目前，对于含缺陷构件蠕变寿命的预测，大都采用加速试验条件下获得材料的蠕变裂纹扩展数据，依据

常用的高温理论进行预测。 由于高温构件如超超临界发电机组的主蒸汽管道、联箱等，均具有比较大的壁
厚，处于不同位置的缺陷，即使在相同条件下，裂纹扩展的难易程度也是不同的。而在试验条件下，标准试样
的裂纹尖端具有固定的拘束程度，和实际构件存在一定的差异性。

12



第 6 期

常用的标准和规范对于蠕变裂纹扩展行为的预测中，均没有考虑拘束的影响，仍是采用单独的参量
C* 对缺陷结构进行评定，由其表征出来的蠕变裂纹扩展速率的有效性需要进行判断。 ASTM E1457[76]以及

R5[68]、R6[77]等标准，大多采用 CT试样获得材料的断裂韧性以及蠕变裂纹扩展能力。CT试样的裂纹尖端本身
具有一部分的平面应变条件和较高的拘束度，获得的断裂韧性值比较保守。 但对于实际工况下服役的主蒸
汽管道等构件，如果缺陷位于构件表面时，裂纹拘束状态比较低，并且随着载荷的增加进一步降低，从而抑
制材料中裂纹的扩展，使得其断裂韧性和抵抗裂纹扩展的能力比高拘束下试样的断裂韧性和抵抗裂纹扩展
能力高出几倍；此外，对于大部分高温结构，由于其壁厚均比较大，如果内部产生缺陷，由缺陷的深度和结构
厚度造成裂纹尖端的拘束程度也比较大，甚至大于试验条件下标准试样的拘束程度，就会加速缺陷的发展，
使得其断裂韧性和抗裂纹扩展能力比标准试样的值低出几倍。 因此，采用标准高拘束度试样获得断裂韧性
和蠕变裂纹扩展数据，不考虑拘束效果产生的影响，对于实际构件的剩余寿命会产生过于保守或者过于危
险的评定结果，从而导致不必要的维修或者重大的安全隐患，造成较大的经济损失。因此考虑拘束状态对材
料高温断裂韧性以及蠕变裂纹扩展能力的影响，完善现有的含缺陷结构的高温完整性评定方法，以实现更
为准确的缺陷安全评定，减少过多的保守性和危险性。
为了实现上述目标，就需要对高温下的“拘束效应”进行定量化研究，弄清楚拘束程度对裂纹尖端的应

力场和应变场的影响规律。通过对应力场和应变场的研究，建立拘束效应和蠕变裂纹扩展速率之间的关系，
并将其引入高温结构完整性评定中， 对实现含缺陷高温构件的准确寿命预测具有重要的理论和实际意义。
目前许多研究者就高温下的拘束对裂纹扩展的影响进行了研究。 Bettinson[78]针对 316H奥氏体不锈钢，分别
采用高拘束的 CT 试样和低拘束 CCP 研究了试样的尺寸和形式对蠕变裂纹扩展速率的影响。 试验结果表
明，比较快的蠕变裂纹扩展速率出现在 CT 试样中而 CCP 试样的蠕变裂纹扩展速率比较低，即在高温下拘
束效应对裂纹扩展的影响依然存在。 Tabuchi[79]在研究 CT试样的尺寸对 1CrMoV钢的蠕变裂纹扩展影响中，
发现蠕变裂纹扩展的速率随着试样厚度的增加而增加，这也是由于拘束程度逐渐增加。 Zhao[80-82]研究了不同
裂纹深度、不同厚度的 CT试样所测量的 P92 钢及其焊接接头的蠕变裂纹扩展速率的变化，发现蠕变裂纹扩
展速率和断裂参量的关系不受初始所施加的初始载荷的影响，初始载荷主要影响裂纹萌生的时间，未改变
两者的关系；但是增大初始裂纹尺寸以及试样的厚度，将使得蠕变裂纹扩展速率加快。这些研究都表明为了
实现含缺陷构件的准确剩余寿命预测，需要对高温下的拘束效应进行深入研究。另外，焊接接头不同区域也
展示了不同的蠕变裂纹扩展速率，由于接头不同区域蠕变性能的差异，焊接接头也存在比较大的应力集中
程度，加速了焊接接头的蠕变裂纹扩展行为[83]。
由于高温下的幂率蠕变和常温下幂率塑性变

形相似，而高温下蠕变裂纹尖端的应力场和应变场
一般用高温断裂力学参量 C* 来表征， 参量 C* 又
和常温下的 J 积分相似，Budden[84]、Nikbin[85]和 Zhao
等 [80-82]引入常温下的拘束参量 Q 来描述高温下裂
纹尖端的应力场，此时的应力场可以表征为

σij

σ0
= C*

Inσ0ε0 r� �
1

n+1

σ軒 ij （θ，n）+Qδij （6）

Q= σ22（r，0）+σ22
HRR（r，0）

σ0
， for θ = 0 and r =

distance from crack tip （7）
其中：Q 是用来反映拘束效应对裂纹尖端应力场的
影响， 表征裂纹尖端实际应力场和理论的 HRR 场
之间的差距。

图 18 不同裂纹深度试样引起的拘束效应
Fig.18 Constraint effect induced by samples with different

crack depths
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图 19 不同试样 Q* 对比分析
Fig.19 Comparison of Q* for different specimen

configurations

CCT specimen
DENT specimen
SENT specimen
SENB specimen
CST specimen
CT specimen
Crack with a/t=0.8 a/c=0.2
Crack with a/t=0.6 a/c=0.2
Crack with a/t=0.4 a/c=0.2
Crack with a/t=0.2 a/c=0.2

-1.6 -1.4 -1.2 -1.0 -0.8 -0.6 -0.4 -0.2 0.0
与载荷无关的拘束参量 Q*

Zhao等[80-82，86]在此基础上分析了不同裂纹深度、不同试样厚度以及不同几何形式试样的 Q，并且结合蠕
变裂纹扩展数值模拟分析方法，揭示了蠕变裂纹扩展过程中拘束参量的变化。但是发现用 Q作为拘束参量，
具有明显的载荷相关性，会随着 C* 或者施加载荷的变化而变化，为了消除拘束参量的载荷相关性，Xu 等[87]

利用 C*-Q*双参量表征裂纹尖端的应力场。

σij

σ0
= J

αε0σ0ΙnL0 0
1

（n+1）
r
L0 0

-1
（n+1）

σ軒 ij （θ，n）+Q*δij0 0， for r > J/σ0 and |θ| <π/2 （8）

Q*=
C*

ε觶 0σ0ΙnL
0 0

-1
（n+1）

Q= σ22（r，0）+σ22
HRR（r，0）

σ0
0 0 C*

ε觶 0σ0ΙnL
0 0

-1
（n+1）

（9）

Xu 等还分析了不同试样形式拘束的影响， 揭示试样的拘束变化次序为：CT， CST， SENB， SENT，
DENT and CCT[87-88]，这就意味着采用不同形式试
样获得蠕变裂纹扩展行为也不同。Xu等[89]通过利

用 Q* 分析含不同尺寸裂纹的管道的拘束程度，
发现实际管道中裂纹拘束水平远低于 CT 试样的
拘束水平，如图 19所示。 比较接近 SENT试样的
拘束水平， 这就意味着采用 CT 试样获得材料性
能评估含缺陷结构的寿命具有一定保守性；而采
用 SENT 试样将比较好的反映管道裂纹的实际
拘束度，降低寿命评估的保守度[90-91]。

Chao 等 [92]针对平面应变条件下幂率蠕变材

料， 研究了高温下裂纹尖端应力场的高阶近似
解。 根据 Yang 和 Chao[93-95]等针对常温下的幂指

数硬化材料的裂纹尖端应力场提出的 J-A2 理

论， 提出高温下裂纹尖端的应力场也可以用 C*
和 A2来描述。 当时，应力场表示为

σij（r，θ）
σ0

=A1［A1r
s1σ軒 ij

1（r，θ）+A2r
s2σ軒 ij

2（r，θ）+A3r
s2σ軒 ij

3（r，θ）］ （10）

式中：r 是距离裂纹尖端的距离；L 是特定的裂纹长度，可以默认为 1 mm；σ軒 ij
k（r，θ）（k=0，1，2），p 以及 q 都是

无量纲的材料常数[93]。他还利用有限元的方法分别分析了 SENT，SPB，CCP和 CT试样的应力场，结果表明利
用 C* 和 A2表达的应力场能够很好地反映裂纹尖端的拘束变化情况，特别对于浅裂纹的试样，虽然试样的
裂纹尖端的应力场奇异性不存在，仍然很好地反映了应力分布情况。

Nguyen 等[96]基于小范围的连续损伤力学的方法以及有限元技术分析了平面应变条件下 I 型裂纹的蠕
变断裂行为，也提出利用高阶的修正模型来表征裂纹尖端的应力场，用以反映拘束对裂纹扩展的影响。他们
提出三项的应力场展开式足以表明蠕变断裂控制区内的应力分布情况。 其中第一项是参量 C*，用以表征材
料的加载水平；第二项和第三项分别是 A2

*和 σ∞，用以表征由于试样几何尺寸以及加载形式造成的拘束对
应力场的影响。 类似于常温断裂力学中 J-A2理论， 他们提出利用 J-A2

*－σ∞来表征高温下裂纹尖端的应力

场。 裂纹尖端三项的应力场表示为

σij（r，θ）
σ∞

＝ C軍*

In
0 0

1
n+1

r
W0 0

- 1
n+1

σ軒 ij
0（r，θ）+A2

W r
W0 0

p

σ軒 ij
1（r，θ）+（A2

W）2 r
W0 0

q

σ軒 ij
2（r，θ0 0） （11）

式中：B和 n 是材料的蠕变指数；σ∞用来反映材料所承受的应力水平，在常温的 J-A2理论中 σ∞被认为是材

料的屈服强度；σ軒 ij
k（r，θ）（k=0，1，2），p以及 q的含义同上；A2

*一般是通过有限元的方法分析理论应力场的渐

进解和有限元得到应力场的差值来获得。
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Wang 等[97-98]利用有限元技术对两种不同裂纹深度的 CT，SENT，MT 和 SENB 试样的蠕变裂纹尖端应力
场进行分析后，发现由于裂纹深度造成的拘束导致裂纹尖端的应力场发生变化，在相同的 C* 值下表现出不
同的应力水平。 最大的应力场都是出现在距离裂纹一定的位置处。 在蠕变条件下裂纹尖端会发生蠕变变形
以及蠕变裂纹扩展大都是由于裂纹尖端附近的蠕变孔洞的形核和长大造成，以致裂纹尖端发生钝化[99]。他们
根据参考应力的概念，提出新的拘束参量 R来表征裂纹尖端的拘束程度。 由于在平面应变状态下的深裂纹
CT 试样通常被用来测量材料的蠕变断裂韧性和蠕变裂纹扩展速率，他们提出利用高拘束试样，一般用裂纹
深度在 a0/W=0.5（其中 a0是初始裂纹长度，W 是 CT 试样的宽度）CT 试样的应力场作为基准场，定义了新的
蠕变拘束参量 R：

R= （σ22）SC －（σ22）SC
σ0

（12）

其中：σ22是裂纹尖端的张开应力；R代表在相同的 C*值下，浅裂纹深度试样（SC）与深裂纹深度试样（DC）应
力场之间的差异。随后利用含损伤模型的有限元方法，研究了 CT试样裂纹尖端拘束对蠕变裂纹起裂时间和
蠕变断裂韧性的影响，发现拘束变量对于蠕变脆性材料的蠕变断裂韧性值 Kmat 基本没有影响；而蠕变韧性
材料的 Kmat随拘束参数 R的增加而降低。在此基础上，Tan[100]和 Liu[101]利用 R*表征含轴向裂纹管道和试样的
拘束度。Ma 等[102-103]还提出利用裂纹尖端塑性变形的程度 C*-Ac 表征裂纹尖端的拘束程度，可以表征不同深
度的面内拘束以及不同试样宽度和几何形式引起的面外拘束。另外，Xiang等[104] 利用 C*-Tz和 C*-Tz-Q 表征
蠕变下裂纹尖端的应力场，反映裂纹尖端的拘束的变化。
由于拘束造成了裂纹尖端的应力场发生变化，因此会导致蠕变裂纹扩展速率发生变化。 不同类型试样

由于拘束不同也会引起测量的材料的蠕变裂纹扩展行为不同， 为了表征拘束参量对裂纹扩展的影响，Zhao
等人[81，83]提出了改进的基于 C*-Q的双参量裂纹扩展速率预测公式，用于评估不同拘束引起的裂纹扩展行为
的变化，预测精度比常规单参量预测精度提高了 6倍，降低预测的保守性。

a觶=（n+1） C*

In0 0
n
n+1 σ軒e

n

εf
*（σ軒m，σ軒e）

（Arc）
1

（n+1）·g （13）

g=1- dεf
*（σ軒m，σ軒e）
dh

1
εf

*（σ軒m，σ軒e）

Q
2σ軒e

C*

Inε觶 0σ0
0 0

- n
n+1

rc
1

（n+1） （14）

4.3 焊接残余应力对蠕变裂纹扩展行为的影响
实际高温焊接管道承受应力主要分为主应力和二次应力。 主应力主要是管道的内压、自重或者其他部

件导致的拘束应力；二次应力主要是材料内部不匹配产生的自平衡内应力，如热应力和残余应力。 其中焊接
管道残余应力具有较大影响，会影响裂纹扩展的驱动力和裂纹尖端的拘束程度，进而影响管道寿命。 焊接残
余应力对高温焊接管道蠕变裂纹扩展影响具有复杂性，既可能加速结构的裂纹扩展速率，也可能产生对结
构有利的影响，主要取决于残余应力的幅值、方向及分布。 当考虑外载荷引起的应力场时，若叠加为压缩应
力则会使裂纹速率降低；而若为拉伸应力场，将进一步提高含裂纹高温结构的裂纹扩展速率，将严重影响焊
接管道的高温结构完整性；此外，在蠕变裂纹扩展过程中，焊接结构中残余应力将发生再分布，使焊接接头
局部的应力集中状态进一步加强，会加速裂纹扩展。

Zhao 等[105]利用面外压缩法在裂纹尖端制备了拉伸残余应力场，如图 20 所示，研究了残余应力的影响。
对有/无残余应力的 P92 钢 CT 试样进行了蠕变裂纹扩展试验，结果表明引入残余应力后，蠕变裂纹扩展速
率明显提高；在残余应力与拉伸载荷共同作用下，试样缺口尖端最大蠕变变形情况相比于两者单独作用时
有了明显的提高，并且不是两者单独作用时蠕变的简单叠加，而是加剧了蠕变变形。 用基于参考应力的 C*
计算方法，预测了在焊接残余应力与拉伸载荷共同作用下的蠕变裂纹增长情况，得到了对蠕变裂纹扩展的
保守估计；提出了改进的初始应力强度因子计算方法，改进后的基于参考应力的 C* 计算方法可获得更准确
的预测结果，如图 21所示。
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（a） 管道内压为 33 MPa （b） 管道内压为 35 MPa
图 22 环形缺陷下蠕变裂纹萌生预测

Fig.22 The prediction of creek crack initiation in annular defect

图 20 拉伸残余应力制备方法
Fig.20 Residual stress generation methods

图 21 改进的残余应力下蠕变裂纹扩展速率预测方法
Fig.21 Advantage of the creep crack growth rate
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4.4 体积缺陷的蠕变裂纹萌生寿命
高温部件中缺陷分为面积型缺陷和体积型缺陷，面积型缺陷主要包括裂纹、未焊透等；体积型缺陷是最

常见的，包括凹坑、夹渣和气孔等。 体积型缺陷的出现会严重影响结构的承载能力，给设备带来安全隐患甚
至造成泄漏、爆炸等事故。这些高温运行设备一般价格高，对于存在缺陷及安全隐患的设备全部予以报废或
者维修，必然会带来巨大的经济损失。 因此，如何科学、准确、经济、实用地对这些设备进行安全评定和合理
维修，预防事故的发生，成为亟待解决的问题。
国外现有的一些针对体积型缺陷的压力容器安全评定标准，没有考虑高温的工况，对于缺陷的规定容限

总体上过于保守，某些情况下又显得不够安全；我国 GB/T19624-2004《在用含缺陷压力容器安全评定》，未涉
及高温下结构的蠕变损伤机制，不考虑由于蠕变对结构极限承载力削弱的影响，因而均不适用于含体积型缺
陷的髙温结构安全评定。 Xu等[106]对此提出了体积缺陷蠕变裂纹萌生孕育期内平均等效应力的物理参量。

σ*=

ti

0乙（ασ1＋（1－α）σe）dt

t
该参量与蠕变裂纹萌生时间成对数线性关系， 从而建立管道内体积缺陷的蠕变裂纹萌生寿命的预测模

型，形成基于蠕变损伤累积原理的体积缺陷等效裂纹化方法。基于平均等效应力，分析了球形缺陷、长条型缺
陷下蠕变裂纹萌生寿命与管道尺寸、缺陷尺寸以及位置的关系，如图 22~23所示。 长条型缺陷的周向长度越
长，焊缝的有效承载面积越少，这势必引起蠕变裂纹萌生时间的减少；长条型缺陷的厚度越小，缺陷的尖端越
尖锐，所引起的应力集中现象更为严重，造成蠕变裂纹萌生时间的减少；长条型缺陷的位置越靠近焊缝，坡口
角度的限制作用愈发明显，拘束程度增大，造成蠕变裂纹萌生时间的减少；拥有更大宽厚比的长条型缺陷意
味着缺陷的边缘更靠近坡口边缘，坡口的拘束效应叠加缺陷引起的应力集中，使得蠕变裂纹萌生时间减少。
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有限元结果

评估公式结果

上限

下限

（a） 管道内压为 33 MPa （b） 管道内压为 35 MPa
图 23 长条缺陷蠕变裂纹萌生预测公式与有限元模型的对比

Fig.23 Comparison of the predicted results and the FE results for the strip defects
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在超超临界参数下工作的高温关键设备，还要面对频繁启停、大幅变负荷、快速的短时较大范围内的温
度波动等问题，这些将引起交变的热应力和机械应力，容易造成低周疲劳损伤。 在这些环境中工作的设备，
除了承受高温蠕变变形，还要承受交变载荷引起的疲劳变形，其材料的使用寿命与蠕变、疲劳有着密切的关
系[114-117]。 材料在蠕变-疲劳共同作用下，损伤行为和破坏方式完全不同于单纯的蠕变或疲劳加载[118-120]。 在蠕
变和疲劳共同作用下，两者会发生交互影响，加速蠕变、疲劳损伤的发展，影响材料寿命，如图 25所示。循环
载荷与高温极端环境的交互作用，很大程度上加速高温设备的损伤与破坏，这给其性能与寿命预测提出了

4.5 其他影响因素
对于大多数高温部件，如果只含有一个裂纹，随着裂纹的扩展，部件的剩余寿命逐渐减小最终导致部件

的断裂；根据部件的剩余寿命，就很容易判断高温部件安全性。但是高温部件中发现的裂纹通常都不是独立
存在的，往往是两个或多个裂纹共存。 在实际工程结构中，多个共面裂纹最较为常见；而非共面裂纹也通常
规则化为共面裂纹进行考虑[68，107]。 多裂纹共存时的相互干涉作用，使得多裂纹扩展行为与单一裂纹具有明
显的不同。多裂纹扩展过程中将产生多个损伤发展源，多裂纹之间会相互干涉甚至聚合在一起，不仅改变裂
纹的形状，还影响裂纹前沿的应力场，加剧裂纹扩展和部件断裂，将大大降低部件的损伤容限[108-110]。 因此探
明高温下多裂纹干涉效应对蠕变裂纹扩展的影响， 发展考虑多裂纹干涉影响的高温结构完整性评定方法，
对保证超超临界电站焊接构件的安全可靠运行至关重要。 类比于线弹性断裂力学， 可利用蠕变干涉因子
γCreep表征高温蠕变条件下多裂纹干涉效应 [111-112]，其定义为 γCreep=（C*

Multiple/C*
Single）0.5，若 γCreep＞1 表示高温蠕变多

裂纹之间有干涉影响，反之则没有。 Xu 等[113]分析了高温蠕变下承受双轴载荷下多裂纹的干涉效应，分析了
裂纹距离、裂纹深度、裂纹形状以及双轴载荷应力比对等大多裂纹干涉因子的影响，并提出可以利用多裂纹
蠕变干涉因子的水平进行多裂纹合并，如图 24所示，可以降低预测的保守性。

图 24 蠕变下多裂纹合并原则
Fig.24 The coalescence principle for multiple cracks in creep regime
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图 25 蠕变-疲劳交互作用对寿命影响
Fig.25 Effect of creep-fatigue interaction on the fatigue life
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严峻考验。在这种情况下要保证结构的使用安全
性，除了依赖于研制和采用更为先进合理的新材
料外， 对所用材料在复杂载荷条件下力学行为、
损伤演变规律， 裂纹萌生行为和寿命评估的研
究，显得尤为迫切和重要，是高温设备设计、制造
和完整性评估的重要组成部分。
目前现有的高温蠕变-疲劳寿命预测方法

主要有：线性累积损伤法 LDR[118，121]、SRP[122]、SE
或 SEP-NCM[123]、寿命-时间分数法 [124]、频率修正
法 [125]、基于金相学的寿命预测方法 [126]、延性损耗
法[127-128]。这些模型一般在试验研究的基础上，通
过试验条件和现象以及试验的规律，分析得出相应的寿命预测经验公式，使得其预测能力和适用性有待进
一步完善。 为了提高寿命预测的精度，需要对蠕变疲劳交互作用下材料力学行为进行表征。 Xu 等[129]引入

第3 个损伤变量表征蠕变和疲劳交互作用对裂纹扩展行为影响，但第 3 个变量的精度依赖于不同保载下的
蠕变疲劳试验。 在蠕变和疲劳共同作用下，就不得不考虑蠕变-疲劳交互作用引起的损伤。 在材料内部所形
成的晶界孔洞属于蠕变损伤，在材料局部发生的疲劳裂纹即为疲劳损伤，从其形成的物理机制上来说，这两
类损伤是完全不同的，但是蠕变孔洞和疲劳裂纹在晶界孔洞与穿晶疲劳裂纹相遇时，两者会相互发展、互相
促进；疲劳与蠕变的交互作用是竞争和累积的一个统一，其中，疲劳循环可以加剧蠕变孔洞的形成和长大，
蠕变孔洞同样也可促进疲劳裂纹的萌生与扩展[130-131]。 Xu等[132]利用非线性叠加方法构建了蠕变-疲劳交互下
损伤本构方程，可以准确描述蠕变-蠕变交互过程蠕变、疲劳以及交互引起的损伤发展行为，更符合实际的
损伤规律。此外，现有应变控制低周疲劳损伤本构模型中，通常认为材料的循环塑性变形的幅值决定材料的
寿命和损伤演变，如著名 Lemaitre方程[133]，未考虑峰值应力或平均应力的影响。 Zhu等[118]分析 GH4[133]的低周

疲劳寿命发现当应变幅值恒定时，改变平均应力的水平将降低疲劳寿命。 Sadananda等[134]通过研究应力幅值

和峰值应力对疲劳裂纹萌生和长大的影响，揭示了峰值应力水平控制着疲劳寿命。 特别是对于承受非对称
循环的材料以及小非弹性应变的材料，峰值应力或平均应力影响将变得非常明显 [135]。 Xu 等[132]提出的蠕变-
疲劳交互损伤本构方程，引入了峰值应力和塑性应变幅值共同控制疲劳损伤本构方程，可以较好表征蠕变-
疲劳交互作用下疲劳损伤演变过程。
华东理工大学冯磊针对旋转构件服役过程中面临着启停、高温等复杂载荷历程，不仅使得设备产生疲

劳、蠕变等机制下的损伤，其与焊接残余应力的耦合作用会对旋转构件服役寿命产生如何影响。以汽轮机焊
接转子为对象，采用有限元方法系统研究了焊接残余应力的产生和分布规律，重点探讨了服役载荷历程如
启停过程中疲劳、蠕变机制对残余应力松弛和重分布的影响。基于损伤和断裂理论，研究分析了残余应力对
旋转构件寿命设计的影响。
针对超（超）临界火电机组结构的安全评估，基于 R5、BS7910 等国际标准和相关研究成果，徐连勇等人

开发了针对火电机组管道的寿命评估和管理平台，如图 26所示，便于电厂技术人员的维护和制定检修策略。
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Fig.26 Expert system for life assessment of defected high temperature structures
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Abstract：Developing Ultra Super Critical（USC） power plants with high capacity, high serving temperature and
pressure can be beneficial to improving the fossil energy efficiency, reducing the emission and achieving green
power generation. Hence, these New challenges are emerging in the structural integrity technology for high
temperature components in USC power plants, which involve in the design, manufacture, operation and
assessment processes of high temperature installations. In the present paper, the latest developments of high
temperature structural integrity for dealing with the premature failure of welded joint, the application of new heat
resistant materials, the assessment for the component with defects, the role of the residual stress and the loss of
the constraint, the assessment of the in-service component and the theory and methods of extend service life
are reviewed. Furthermore, the suggestions for the improvement of current design and assessment methods are
provided.
Key words： high capacity USC power plant； high temperature integrity； life assessment； in-service
component； property evaluation.
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