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气冷堆过热器管板在热冲击循环载荷下的
蠕变疲劳损伤
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摘　要： 以 800H 奥氏体合金制成的气冷堆蒸汽过热器管板为研究对象，基于 R5 规程 2/3 分

卷的弹性应力分析简化方法，结合有限元模拟，估算管板在经历冷热流体冲击后的稳态循环应

力与应变，开展了蠕变-疲劳损伤分析，研究了循环载荷对管板关键位置失效行为的影响，预测了

蠕变-疲劳寿命。结果表明：经历稳态保载→冷流体冲击→稳态保载→热流体冲击的单次循环过

程后，管板危险点出现于管板与管箱壳壁连接处，蠕变损伤是导致管板失效的主导因素，其累积速

率远高于疲劳损伤。流体冲击通过热应力的剧烈波动显著影响关键部位的应力应变响应，从而决

定了蠕变-疲劳损伤的演变路径与累积效率，影响管板结构的服役寿命；在小范围温度波动工况中，

冷流体冲击在直接加剧疲劳损伤的同时协同加剧蠕变损伤，强化了蠕变-疲劳交互作用，加速了结

构失效；热流体冲击有利于降低塑性变形，同时抑制蠕变损伤累积，对结构的寿命影响更小。冷流

体冲击的危险性显著高于热流体冲击，在需调节温度的小幅温变环境中，应优先采用热流体冲击

工况。
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0    引　言

高温气冷堆是第四代核能系统候选堆型，其核

心优势在于固有安全性和高温输出潜力。固定管板

式过热器是第四代核电高温气冷堆蒸汽发生器中间

换热器的核心设备，其主要部件包括管箱、壳体、膨

胀节、换热管、管板、折流板等。管板是过热器最重

要也是最复杂的承压部件[1-2]，通常开有大量规则分

布的管孔。管板长期服役于高温、高压及冷热流体

冲击的循环载荷工况下，主要失效模式为蠕变-疲劳

交互损伤累积。对管板进行热冲击循环载荷下的蠕

变-疲劳完整性评估并进行寿命预测，对保障过热器

的安全性和经济性具有重要影响。

相比于试验研究方法，数值模拟方法成本低、效

率高、可实现全尺度多参数的动态分析与预测，已成

为研究管板在热冲击循环载荷下损伤行为的关键手

段。刘桐[3] 通过有限元方法分析了高温气冷堆蒸汽

发生器管板在热启动工况下的热应力与疲劳行为，

发现焊缝区存在显著应力集中。张欣欣[4] 通过有限

元仿真对比分析了稳态、计划停堆及瞬态热启动

3种工况下管板的应力分布，确定了管板与管箱连接

的凸肩区为最危险部位，为关键区域的安全监测提

供了依据。目前有关管板蠕变-疲劳失效机制的研究

较多，但其分析方法严重依赖计算成本高昂的精细

非线性仿真，普适性和工程应用效率较低。为克服

高计算成本与低普适性带来的工程适用障碍，模拟

方法需要与经过验证的标准规程或规范相结合。

目前，标准化的高温部件完整性评估规程主要

有 ASME BPVC.III.5-2021《ASME锅炉及压力容器

规范 第 III卷：核设施部件建造规则 第 5分卷：高温

反应堆》、RCC-MRx-2015《核装置机械部件设计与

建造规则》和 R5规程《高温结构响应评估规程 第
2/3分卷：无缺陷结构评定规程》等。其中，R5规程

因采用参考应力和安定性概念，在处理蠕变-疲劳交

互作用方面提供了尤为清晰且灵活的层级化分析路

径，特别适用于像管板这类承受严重热冲击循环载
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荷的结构[5-15]；而且，R5规程还支持在役设备的剩余

寿命评估。然而，R5规程复杂性较高，实施难度高于

其他两个标准，目前也缺乏系统应用 R5规程对管板

类复杂结构在特定载荷历史下蠕变疲劳损伤进行评

估的完整实践。为此，作者以 800H奥氏体合金制成

的气冷堆蒸汽过热器管板为研究对象，基于 R5规程

2/3分卷的弹性应力分析简化方法，结合有限元模

拟，估算管板在包含冷热流体冲击下的稳态循环应

力与应变，开展了蠕变-疲劳损伤分析，研究了循环载

荷对管板关键位置失效行为的影响，预测了蠕变-疲
劳寿命，以期为国内高温设备完整性评估提供基于

标准化规程的高效分析案例。 

1    有限元模型的建立
 

1.1    有限元模型

为了在保证计算精度的同时提升计算效率，针

对管壳式蒸汽过热器管板的几何特性对有限元模型进

行简化，如图 1所示。该过热器的管板厚度为 150 mm，

换热管孔直径为 19 mm，外壳厚度为 75 mm。

采用 ABAQUS软件建立有限元模型并划分网格，

采用 C3D20RT二阶六面体单元，在管板与壳壁连接处

及管孔处加密网格，最小网格尺寸为 2.8 mm，网格单元

数为 7 550个。鉴于管板几何结构简化属于轴向简化，

需在柱坐标系下在模型对称面上施加环向位移约束

条件，且在管箱端面上施加轴向位移约束条件。建

立的有限元模型以及其边界条件如图 2所示。
 
 

环向位移约束

环向位移约束

轴向位移约束

(a) 有限元模型 (b) 边界条件

图 2    管板有限元模型及边界条件示意

Fig. 2    Finite element model (a) of tube plate and diagram of boundary conditions (b)
 
 

1.2    加载历史

根据 ASME BPVC.III.5-2021《ASME锅炉及压

力容器规范 第 III卷：核设施部件建造规则 第 5分

卷：高温反应堆》，设定管板总寿命为 300 000 h，经
历 200次循环，每次循环 1 500 h。单次循环工艺流

程包含稳态保载 2 698 200 s→冷流体冲击 1 800 s→
稳态保载 2 698 200 s→热流体冲击 1 800 s，如表 1
所示，管板主要承受管箱与壳程两端介质压差作用，

P1 为管箱侧承受水蒸气压力，P2 为壳程及管箱外侧

壳体承受氦气压力。 

1.3    材料参数

管板材料为 800H奥氏体合金，服役温度区间的热

力学参数见表 2，泊松比为 0.31，屈服强度为 170 MPa，
安定因子为 1.23，屈服强度与安定因子的乘积为材

料无棘轮的最大单向应力范围。

  

表 1   单次循环中不同阶段的温度与载荷参数

Table 1    Temperature and load parameters in different
stages of a single cycle

 

工况 温度/℃ 载荷P1/MPa 载荷P2/MPa

原始 25 − −

第1次稳态保载 540 13.9 7

冷流体冲击 510 19.0 7

第2次稳态保载 540 19.0 7

热流体冲击 560 19.0 7
 

采用 Ramberg-Osgood硬化定律确定材料在稳

态循环中的应变范围，计算公式为
∆ε̄

2
=
∆σ̄

2Ē
+

(
∆σ̄

2A

)1/β

（1）

Ē =
3E

2(1+ v)
（2）

 

管箱
壳壁

管板
换热
管孔

图 1    管板的简化结构

Fig. 1    Simplified structure of tube plate
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∆ε̄ ∆σ̄ Ē

E A

β

v

式中： 为等效应变范围； 为等效应力范围； 为

修正后的弹性模量； 为弹性模量； 为循环强度系

数，取 748.245 4； 为循环应变硬化系数，取 0.086；
为泊松比。

从 800H奥氏体合金在 540 ℃ 下的应变-疲劳寿

命对应表中获取总应变范围对应的疲劳寿命（失效循

环次数），以计算单次循环的疲劳损伤。

对于蠕变延性材料，当循环中存在蠕变变形时，

蠕变断裂寿命预测公式为

ln tf = [β0+β1× lgσ+β2×
(
lg σ

)2]× (T −T0)+β5（3）

tf T

σ T0 β0 β1 β2 β5

式中： 为蠕变断裂寿命； 为保载时的热力学温度；

为断裂参考应力； ， ， ， ， 均为方程参数，

通过数据拟合获取，取值分别为 40， −0.025 405 325，
−7.014 034 78×10−5，−0.003 285 303 01，43.684 673 3。 

2    高温结构完整性的 R5 规程评定
 

2.1    弹性应力

根据 R5规程的蠕变-疲劳裂纹萌生评估方法，

采用 ABAQUS软件进行弹性热-力耦合分析，获取主

应力和次应力。由图 3可见：在单次循环的不同时

刻，应力均在在管板与管箱壳壁连接处达到峰值。

这是因为连接处结构复杂，在承受流体介质冲击压

力时出现显著的应力集中现象，相比其他位置更易

发生损伤。根据第四强度理论识别此点为危险点。

提取危险点处两次循环过程中的等效应力输出历

史，如图 4所示，可见应力在冷流体冲击工况下达到

峰值。

计算管板与管箱壳壁连接处的等效应力范围，

计算公式为

∆σ̄VM=
1
√

2
[(∆σ1−∆σ2)

2
+ (∆σ2−∆σ3)

2
+

(∆σ3−∆σ1)
2
+6(∆σ2

12+∆σ
2
13+∆σ

2
23 )]1/2 （4）

∆σ̄VM ∆σ1 ∆σ2 ∆σ3

∆σ12 ∆σ13

∆σ23

式中： 为等效应力范围； ， ， 为柱坐

标系中各方向上受到的主应力范围； ， ，

为各方向上受到的次应力范围。

计算可得，管板与管箱壳壁连接处在单次循环

的第 1次稳态保载、冷流体冲击、第 2次稳态保载和

热流体冲击阶段的等效应力范围分别为 25.457 1，
131.557 3，34.984 0，54.839 3 MPa。在冷流体冲击与

热流体冲击过程中，该位置的热应力在短时间内呈

现剧烈波动，这种波动会促进裂纹萌生并加剧疲劳

损伤。 

2.2    抗塑性垮塌余量校核

Pm σy

Pm σy

PL

PB σy

σy 170 MPa
Δ(PL+PB+Q) Q σy

σy

根据 R5规程校核危险点处是否塑性垮塌。第

一，主膜等效应力 不超过屈服强度 的 0.67倍，

计算可得 为 38.806 0 MPa，0.67 为 113.9 MPa，可
接受。第二，局部主膜等效应力 和主弯曲等效应力

之和不超过 ，计算可得两者之和为 103.172 0 MPa，
小于 （ ），可接受。第三，边界等效应力范

围 （其中 为二次应力）不超过 2.7 ，计

算可得边界等效应力范围为 93.712 4 MPa，2.7 为

459 MPa，可接受。 

2.3    蠕变效应显著性分析

tm tm

tm
tm

根据 R5规程进行蠕变效应显著性分析。在参

考温度下，若蠕变保载时间 t与非显著蠕变曲线的允

许时间 之比小于 1，则可以忽略蠕变的影响。 由

R5规程附录 A1表确定。由表 3可见：冷流体冲击

和热流体冲击过程的 t/ 小于 1，可以忽略蠕变的影

响，稳态保载过程的 t/ 大于 1，蠕变效应显著。因

此，计算单次循环的蠕变损伤时只考虑两段稳态保

载工况。 

2.4    蠕变断裂耐久性分析

根据 R5规程进行蠕变断裂耐久性分析。在稳

态保载工况下，计算危险点在垂直管箱壳壁向外的

截面方向上的边界参考应力，计算公式为

σref =
PB

3
+

[(PB

3

)2

+P2
L

]1/2

（5）

σref式中： 为边界参考应力。

断裂参考应力计算公式为

σref,R =

{
1+0.13

[(
σ̄el,max

σref

)
−1

]}
σref （6）

 

表 2   800H 奥氏体合金服役温度区间的热力学参数

Table 2    Thermodynamic parameters of 800H austenitic alloy within service temperature range
 

温度/ºC 热导率/（W·m−1·ºC−1） 10−5热膨胀系数/（ ℃−1） 比热容/（J·kg−1·ºC−1） 弹性模量/MPa

450 18.7 1.67 526.9 173 000

500 19.4 1.68 533.3 170 000

550 20.3 1.70 546.0 167 000

600 21.1 1.72 555.5 164 000
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σref,R σ̄el,max式中： 为断裂参考应力； 为稳定保载条件下

的最大等效弹性应力。

根据式（3）预测蠕变断裂寿命，计算稳态保载工

况下所需运行寿命的蠕变累积分数，公式为

U =
k∑

r=1

[
t

tf(σref,R,Tref)

]
r

（7）

U ；k式中： 为蠕变累积分数 为单次循环中的工况数；

Tref tf为参考蠕变断裂寿命，数值与 相等。

计算得到的蠕变累积分数小于 1，无需针对蠕变

断裂耐久性进行更详细的分析检验。
 

2.5    安定性检查

安定性检查旨在避免塑性棘轮效应或增量垮塌

的发生。根据 R5规程，安定性检查包括严格的安定

性检查和非显著循环检查两个评判依据，其表达式

分别为

 

+1.021×102

+9.372×10
+8.534×10
+7.695×10
+6.857×10
+6.018×10
+5.180×10
+4.341×10
+3.503×10
+2.664×10
+1.825×10
+9.869
+1.483

+2.232×102

+2.047×102

+1.861×102

+1.676×102

+1.491×102

+1.305×102

+1.120×102

+9.349×10
+7.496×10
+5.643×10
+3.790×10
+1.938×10
+8.495×10-1

+1.243×102

+1.140×102

+1.037×102

+9.340×10
+8.310×10
+7.280×10
+6.249×10
+5.219×10
+4.189×10
+3.158×10
+2.128×10
+1.098×10
+6.756×10-1

+1.021×102

+9.372×10
+8.534×10
+7.695×10
+6.857×10
+6.018×10
+5.180×10
+4.341×10
+3.503×10
+2.664×10
+1.825×10
+9.869
+1.483

+1.652×102

+1.514×102

+1.377×102

+1.240×102

+1.103×102

+9.661×10
+8.290×10
+6.919×10
+5.548×10
+4.177×10
+2.806×10
+1.435×10
+6.361×10-1

+7.168×10
+6.575×10
+5.983×10
+5.390×10
+4.797×10
+4.205×10
+3.612×10
+3.020×10
+2.427×10
+1.834×10
+1.242×10
+6.493
+5.675×10-1

(a) 0 (b) 2 698 200.0 s

(c) 2 968 402.1 s (d) 2 970 000.0 s

(e) 5 938 200.0 s (f) 5 940 000.0 s

MPa MPa

MPa MPa

MPa MPa

图 3    单次循环中管板在不同时刻的等效应力分布

Fig. 3    Equivalent stress distribution on tube plate at different times in single cycle
 

0 2 4 6 8 10
40
60
80

100
120
140
160
180
200

应
力

/M
Pa

时间/(106 s)

一次循环 二次循环

图 4    危险点处等效应力输出历史

Fig. 4    Equivalent stress output history at dangero point

 

表 3   单次循环中不同阶段的保载时间和蠕变允许时间

Table 3    Allowable creep time and load retention time in
different stages of a single cycle

 

阶段 温度/℃ t/h tm /h

第1次稳态保载 540 749.5 211

冷流体冲击 510 0.5 1 316

第2次稳态保载 540 749.5 211

热流体冲击 560 0.5 69
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{
σ̄el ⩽ Ksσy

∆σ̄el,max ⩽
(
Ksσy

)
c+

(
Ksσy

)
nc

（8）

σ̄el Ks(
Ksσy

)
c(

Ksσy
)

nc

式中： 为关键点在循环中的等效弹性应力； 为安

定乘子； 为蠕变显著工况中无棘轮的最大单

向应力范围； 为蠕变非显著工况中无棘轮的

最大单向应力范围。

Ks

根据 800H奥氏体合金的材料属性，结合管板运

行温度，可保守取 为 1.23。计算可得危险点满足

上述评判依据，通过安全性检查，可以认为管板在指

定的循环周期内符合安全性要求。 

2.6    应力松弛量和弹性跟随因子估算

在稳定保载工况下，管板任何位置的温度变化

都不超过 10 °C。结合有限元分析可知单次循环中

的第 1和第 2段稳定保载工况中的应力松弛量分别

为 25.457 1，34.984 0 MPa。根据 R5规程，保守取弹

性跟随因子为 3。 

2.7    总应变范围计算

根据 R5规程，采用考虑塑性和蠕变增强的简化

方法，确定疲劳评估的应变范围。弹性应力范围和

弹性应变范围计算公式分别为

∆σ̄el,r = ∆σ̄el+∆σrD （9）

∆ε̄el,r =
∆σ̄el,r

Ē
（10）

∆σ̄el,r ∆σrD

∆ε̄el,r

式中： 为弹性应力范围； 为用于增大弹性应

力范围的应力松弛量； 为弹性应变范围。

等效总应力范围的计算公式为

∆σ̄el,r∆ε̄el,r =
(∆σ̄el+∆σrD)2

Ē
= ∆σ̄

∆σ̄Ē +
(
∆σ̄

A

)1/β
（11）

总应变范围的计算公式为

∆ε̄t =

∆σ̄Ē +
(
∆σ̄

A

)1/β+∆ε̄vol （12）

∆ε̄t ∆ε̄vol式中： 为总应变范围； 为等体积变形引起的

应变增量。

∆ε̄vol的计算公式为

∆ε̄vol = (Kν−1)∆ε̄el,r （13）

Kν =
(
1+ ν̄
1+ ν

)(
1− ν
1− ν̄

)
（14）

ν̄ =
νEs

Ē
+0.5

(
1− Es

Ē

)
（15）

Es = ∆σ̄

/∆σ̄Ē +
(
∆σ̄

A

)1/β （16）

Es ν̄式中： 为正割模量； 为修正后的泊松比。

计算得到疲劳评估的总应变范围为 0.186 171 7％。 

2.8    循环增强蠕变极限检查

循环增强蠕变极限检查旨在限制循环热载荷引

起的蠕变应变增强效应。根据 R5规程，基于二次弯

曲应力的核心应力计算方法，评估循环中的核心应

力。该方法适用于恒定主载荷与次级载荷结合的情

况，其中次级载荷在关键截面上产生贯穿壳壁的弯

曲应力。加载周期参数定义为

X =
σref

σy
（17）

Y =
∆Q
σy

（18）

X，Y ∆Q式中： 均为加载周期参数； 为安定参考应力

下结构截面的线性热应力的最大弹性计算范围。

核心应力的计算公式为

σcore =
[
Y −2

√
Y (1−X)+1

]
σy [Y (1−X) < 1]

（19）

σcore = XYσy [Y (1−X) ⩾ 1] （20）

σcore式中： 为核心应力。

核心应力给出了一个不太保守的安定参考应

力，用于计算极限蠕变累计分数，计算公式为

W =
∑

j

nj

[
tj

tf
(
σref,s,Tref,s

) ]
j

（21）

W σref,s

nj j tj j

Tref,s

式中： 为极限蠕变累计分数； 为安定参考应力；

为 型循环的总次数； 为 型稳态保载运行时间；

为安定参考蠕变断裂寿命。

计算得到极限蠕变累计分数小于 1，符合 R5规

程要求。 

3    损伤评价

总损伤定义为疲劳和蠕变造成的损伤的线性总

和，当总损伤为 1时，裂纹萌生。

ai

a0 a0

产生疲劳损伤的过程包括两个阶段：第一阶段

形成尺寸 为 0.02 mm的缺陷；第二阶段，该缺陷生

长到裂纹萌生判据的指定尺寸 ， 取值通常为略小

于 1％的流体壁厚，此处计算取 0.7 mm。单次循环

的疲劳损伤计算公式为

df =
1
N0

（22）

df N0 ∆ε̄t

a0

式中： 为单次循环的疲劳损伤； 为在 内连续

循环条件下产生尺寸 裂纹的循环次数。

N0 ai

Ni ai a0 N ′g

包括形成 尺寸微裂纹所需要的循环次数

和裂纹尺寸从 扩展到 所需要的循环次数 。
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Ni N ′g和 的计算公式分别为

ln (Ni) = ln (Nl)−8.06N−0.28
l （23）

N ’
g = M× (Nl−Ni) （24）

M =
aminln

(
0.7
amin

)
+ (amin−ai)

aminln
(

al

amin

)
+ (amin−ai)

(a0 > amin) （25）

M =
a0−ai

aminln
(

al

amin

)
+ (amin−ai)

(a0 < amin) （26）

Nl

M

amin

式中： 为裂纹长度为 1 mm时对应的循环次数，通

过对数线性插值保守估计为 393 971周次； 为裂纹

扩展修正因子； 为参考微裂纹尺寸，取 0.2 mm。

根据 R5规程，采用延性耗竭法计算蠕变损伤，

由于蠕变延性数据随蠕变应变速率的变化关系不易

获取，故假设蠕变延性为定值。单次循环的蠕变损

伤的计算公式为

dc =
Z∆σ̄D

Ēε̄L

（27）

∆σ̄D = −
Ē∆ε̄c

Z̄
（28）

dc ∆σ̄D

Z ε̄L

∆ε̄c

式中： 为单次循环的蠕变损伤； 为保载期间的

应力松弛量； 为弹性跟随因子； 为蠕变延性最小

值； 为等效蠕变应变。

根据 R5规程，蠕变-疲劳过程中的总损伤的计

算公式为

D = Df +Dc （29）

Df =
∑

j

nj

N0j
=

∑
j

·njdfj （30）

Dc =
∑

j

njdcj （31）

D Df Dc

nj j
式中： 为总损伤； 为总疲劳损伤； 为总蠕变损

伤； 为 型循环运行周期。

计算得到单次循环及预期循环次数下的蠕变-疲
劳损伤，如表 4所示，可知：单次循环总损伤小于 1，
无裂纹萌生，蠕变损伤占主导；200次循环后累积总

损伤大于 1，说明此循环次数下裂纹已萌生。根据

R5规程中的程序执行蠕变疲劳裂纹扩展计算，可得

管板的预期裂纹萌生寿命为 107次循环。
  

表 4   损伤计算结果

Table 4    Damage calculation results
 

循环次数/次 总疲劳损伤 总蠕变损伤 总损伤

1 2.611×10−6 9.271×10−3 9.274×10−3

200 5.222×10−4 > 1 > 1
 

4    循环热冲击对蠕变-疲劳损伤的影响机制

热冲击循环载荷是诱发管板蠕变-疲劳失效的关

键因素之一。为深入理解热冲击失效机制并在实际

工程中制定有效的预防策略，需对构成完整热冲击

循环的两个关键瞬态过程，即冷流体冲击与热流体

冲击工况进行解耦分析。将单次循环中的两段冲击

瞬态过程统一为同一种冲击类型，即全部为热流体

冲击或全部为冷流体冲击。这样可以有效隔离单一

冲击类型（冷冲击或热冲击）的循环载荷效应，聚焦于

其对管板蠕变-疲劳交互作用失效行为的独立影响。

采用 ABAQUS有限元分析软件进行数值模拟，

计算单一冷流体冲击、单一热流体冲击下的单次循

环后等效应力场，提取并对比分析两种单次循环中

管板关键点的总应变范围、单次循环蠕变损伤、单次

循环疲劳损伤以及总损伤。由表 5可知：相比热流

体冲击+冷流体冲击循环下，纯冷流体冲击循环下总

应变范围较大，纯热流体冲击循环下总应变范围较

小；相比热流体冲击循环下，冷流体冲击循环下蠕变

损伤增大、总损伤较大。
 
 

表 5   单一冷、热流体冲击下单次循环后的总应变范围、蠕变损伤、疲劳损伤和总损伤

Table 5    Total strain range, creep damage, fatigue damage and total damage after single cycle
under single cold fluid impact and single hot fluid impact

 

工况 总应变范围 蠕变损伤 疲劳损伤 总损伤

单一冷流体冲击 0.348 5％ 0.019 310 2.611×10−6> >0.019 320

单一热流体冲击 0.166 5％ 0.007 415 2.611×10−6< <0.007 418
 

在冷流体冲击下，管板因温度梯度产生高热应

力，几何不连续区发生局部塑性变形，从而促进疲劳

裂纹萌生与扩展，缩短疲劳寿命；而且，冷流体冲击

引入拉应力场，与后续工况载荷叠加，提高蠕变初始

应力水平，加速了蠕变应变速率和蠕变损伤演变，蠕

变空洞在晶界处快速形核、生长与连接，从而进一步

缩短蠕变寿命。可见冷流体冲击强化了蠕变-疲劳交

互作用，使得管板加速失效。热流体冲击时，管板表
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面材料产生热膨胀，受内部约束而形成压应力场，且

应力水平多维持在弹性变形范围内，不易引发宏观

塑性变形；而且，此压应力在后续的蠕变保载阶段能

降低初始有效拉应力，导致蠕变应变速率降低、蠕变

空洞形核与生长速率减缓以及蠕变损伤累积速率下

降。可见热流体冲击对管板寿命的影响相对较小。

冷流体冲击工况的危险性显著高于热流体冲击

工况，在小范围温度波动的冷/热流体冲击服役环境

中，若需要对流体温度进行调节，优先采用较高温度

的热流体。若必须使用冷流体冲击，需严格限制作

用区域并选用低温韧性好的材料，同时应避免冷流

体冲击与高拉伸载荷的耦合。 

5    结　论

（1）经历稳态保载→冷流体冲击→稳态保载→热

流体冲击的单次循环工艺时，管板危险点出现于管

板与管箱壳壁连接处，蠕变损伤是导致管板失效的

主导因素，其累积速率远高于疲劳损伤。

（2）冷/热流体冲击通过热应力的剧烈波动影响

关键部位的应力应变响应，从而决定了蠕变-疲劳损

伤的演变路径与累积效率，影响管板结构的服役寿

命。在小范围温度波动工况中，冷流体冲击在直接

加剧疲劳损伤的同时协同加剧蠕变损伤，强化了蠕

变-疲劳交互作用，从而加速了结构失效；热流体冲击

则有助于降低塑性变形，同时抑制蠕变损伤累积，对

结构寿命的影响更小。

（3）冷流体冲击的危险性显著高于热流体冲击，

在需调节温度的小幅温变环境中，应优先采用热流

体冲击工况。
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Creep-Fatigue Damage of Gas-Cooled Reactor Superheater Tube Plate under
Thermal Shock Cyclic Loading

WEI Qianyong1，WANG Xiaoxiao1，CHEN Haofeng1，PENG Heng2

（1. School of Mechanical and Power Engineering，East China University of Science and Technology，Shanghai 200237，China；
2. Institute of Nuclear and New Energy Technology，Tsinghua University，Beijing 100084，China）

Abstract： The  gas-cooled  reactor  steam  superheater  tube  plate  made  of  800H  austenitic  alloy  was  taken  as  the
research object. By the simplified elastic stress analysis method of volume 2/3 of the R5 procedure，combining with finite
element simulation，the steady-state cyclic stress and strain of the tube plate experienced combined impact of hot and cold
fluids  were  estimated.  Creep-fatigue  damage  analysis  was  carried  out， and  the  influence  of  cyclic  loads  on  the  failure
behavior of key positions of the tube plate was studied. The creep-fatigue life was predicted. The results show that after one
single  cycle  consisting  of  steady-state  load  retention→cold  fluid  impact→steady-state  load  retention→hot  fluid  impact
processes，the critical point of the tube sheet appeared at the junction between the tube sheet and the tube box shell. Creep
damage was the dominant factor leading to the failure of the tube sheet，and its cumulative rate was much higher than that of
fatigue  damage.  The  fluid  impact  significantly  affected  the  stress-strain  response  at  key  positions  through  the  intense
fluctuation of thermal stress，thereby determining the evolution path and cumulative efficiency of creep-fatigue damage，and
affecting the service life of the tube plate structure. Under the small temperature fluctuation condition，the cold fluid impact
directly aggravated fatigue damage while simultaneously intensifying creep damage，strengthening the interaction between
creep and fatigue，and accelerating structural failure. The hot fluid impact could reduce the plastic deformation and inhibited
the cumulative of creep damage，having a relative small effect on the structure service life. Cold fluid impact was danger
than  hot  fluid  impact.  In  the  small  temperature  variation  environment  that  required  temperature  adjustment， the  hot  fluid
impact condition should be given priority.

Key words：R5 procedure；thermal shock；superheater tube plate；creep-fatigue；life prediction
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