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马氏体相变对 Ｐ９１ 钢焊接残余应力的影响
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摘要: 基于仿真模拟软件 ＳＹＳＷＥＬＤꎬ建立了 Ｐ９１ 钢材料属性数据库ꎬ设计开发了考虑马氏体相变的

“热－冶金－力学”耦合计算方法ꎬ采用热循环曲线法对 Ｐ９１ 钢平板对接接头残余应力场进行数值模拟

仿真分析ꎮ 参照原始焊接工艺方案进行上下 ０.５ ｍｍ / ｓ 焊接速度的调整ꎬ并进行残余应力仿真计算ꎮ
结果表明ꎬ马氏体相变能抵消焊缝热收缩时产生的拉应力ꎮ 后道焊缝焊接过程中施加的热载荷对前

道焊缝应力变化和平板角变形有着显著的影响ꎮ 考虑后道焊缝焊接过程中施加的热载荷对前道焊缝

组织变化的影响时ꎬ焊接接头整体的拉应力大幅度下降ꎬ热影响区的拉应力上升ꎬ角变形起缓和作用ꎮ
焊接速度越大ꎬＶｏｎ Ｍｉｓｅｓ 残余应力和横向残余应力越大ꎬ纵向残余压应力越小ꎮ
关键词: Ｐ９１ 钢ꎻ马氏体相变ꎻ数值模拟ꎻ热循环曲线法ꎻ焊接残余应力ꎻ焊接速度
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　 　 Ｐ９１ 钢因其具有优异的高温性能ꎬ被广泛运

用在超临界机组的高温部件[１]ꎮ 随着研究不断

深入ꎬＰ９１ 钢的焊接问题也逐渐暴露出来ꎬ如焊接

接头冷裂敏感性大ꎬ热影响区存在 ＩＶ 型裂纹倾向
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等[２－４]ꎮ 研究表明[５－６]ꎬ上述问题均与焊接接头的

残余应力有关ꎮ 因此ꎬ焊接接头残余应力的形成

机理以及如何降低焊接残余应力成为众多学者近

年来的研究重点ꎮ 毕涛[７] 使用一个平板 ３Ｄ 模型

计算了固态相变对平板接头 ＴＩＧ 单道重熔焊接残

余应力的影响ꎻ郭庆虎[８] 比较了有无考虑固态相

变的情况下ꎬＰ９１ 钢管道多层多道补焊残余应力

的分布规律ꎻ胡泽训[９] 在计算 Ｐ９１ 钢残余应力时

考虑了马氏体相变释放潜热ꎻＹａｇｈｉ[１０] 通过建立

圆管 ３Ｄ 模型计算 Ｐ９１ 钢管道多层多道焊残余应

力分布ꎮ 然而ꎬ到目前为止ꎬ对于多层多道焊接ꎬ
关于后道焊缝的热载荷对先道焊缝组织、残余应

力变化的影响研究较少ꎬ且焊接工艺参数对残余

应力的影响较为复杂ꎬ通过实验研究费时费力ꎮ
本研究通过数值模拟的方式ꎬ探究在 Ｐ９１ 钢

后道焊缝热循环载荷作用下ꎬ先道焊缝的组织、残
余应力的变化规律ꎻ此外ꎬ在其他条件不变的情况

下调整焊接速度并进行模拟ꎬ探究焊接速度对焊

接残余应力的影响ꎮ

１　 有限元数值模拟

１.１　 焊道建模与网格划分

采用钨极氩弧焊 (ＧＴＡＷ) 对两块尺寸 １００
ｍｍ×１００ ｍｍ×１０ ｍｍ 的 Ｐ９１ 钢平板对接焊接ꎬ如
图 １ 所示ꎬ焊接时板材开 Ｖ 型坡口ꎬ角度为 ６０° ꎬ
根部间隙和钝边均为 １ｍｍ ꎬ焊接过程分 ４ 层 ４ 道

完成ꎬ网格模型不考虑焊缝形状和焊接接头上下

表面余高ꎬ焊接工艺参数如表 １ 所示ꎮ 建模时ꎬ对
焊缝及热影响区进行网格细分ꎬ沿焊缝方向和焊

缝垂直方向均进行网格过度处理ꎬ远离此

区域的母材部分网格相对较大ꎬ网格节点数为

７８ ５２３ꎬ３Ｄ 网格数为 ７２ ９６０ꎮ

图 １　 有限元网格

Ｆｉｇ.１　 Ｆｉｎｉｔｅ ｅｌｅｍｅｎｔ ｍｅｓｈ

表 １　 焊接工艺参数

Ｔａｂ.１　 Ｗｅｌｄｉｎｇ ｐｒｏｃｅｓｓ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ

焊缝

层数

电压 /
Ｖ

电流 /
Ａ

焊接速度 /
(ｍｍ􀅰ｓ－１)

预热温度、
层间温度 /

°Ｃ

效率

η

１ １０ １００ ２ ２００ ０.７５

２ １０ １２０ ２ ２００ ０.７５

３ １２ １５０ ２ ２００ ０.７５

４ １２ １８０ ２ ２００ ０.７５

１.２　 材料参数

图 ２ 和表 ２ 给出了 Ｐ９１ 钢各金属组织随温度

变化的热物理性能和力学性能参数[７ꎬ１１]ꎬ为简化

模拟ꎬ 母 材 和 焊 丝 采 用 相 同 的 材 料 参 数ꎮ
ＳＹＳＷＥＬＤ 材料库中没有 Ｐ９１ 钢的材料属性ꎬ需
要根据图 ２ 和表 ２ 的材料参数自行建立 Ｐ９１ 材料

属性数据库ꎮ

图 ２　 随温度变化的 Ｐ９１ 钢热应变和屈服强度参数

Ｆｉｇ.２　 Ｔｈｅｒｍａｌ ｓｔｒａｉｎ ａｎｄ ｙｉｅｌｄ ｓｔｒｅｎｇｔｈ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ Ｐ９１ Ｓｔｅｅｌ ｖａｒｙｉｎｇ ｗｉｔｈ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ

８２
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表 ２　 Ｐ９１ 钢材料性能参数[９]

Ｔａｂ.２　 Ｍａｔｅｒｉａｌ ｐｅｒｆｏｒｍａｎｃｅ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｏｆ Ｐ９１ Ｓｔｅｅｌ

性能参数
温度 / °Ｃ

２０ ２００ ４００ ６００ ７５０ ８００ １ ０００ １ ２００

密度 / ( ｋｇ􀅰ｍ －３ ) ７ ９００ ７ ９００ ７ ９００ ７ ９００ ７ ９００ ７ ９００ ７ ９００ ７ ９００

马氏体比热 / ( Ｊ􀅰ｋｇ －１􀅰°Ｃ －１ ) ４５１ ５１２ ６２１ ８０６ ９５４ ８７３ ７２２ ７０５

奥氏体比热 / ( Ｊ􀅰ｋｇ －１􀅰°Ｃ －１ ) １６５ １９６ ２２７ ２５８ ２８９ ３２１ ３５２ ３８４

马氏体热传导系数 / ( Ｗ􀅰ｍ －１􀅰°Ｃ －１ ) ２９.１ ２９.５ ２９.３ ２９.１ ２８.９ ３２.１ ３５.２ ３８.４

奥氏体热传导系数 / ( Ｗ􀅰ｍ －１􀅰°Ｃ －１ ) ６１.５ ６１.７ ６１.８ ６２.２ ６２.４ ６２.７ ６２.９ ６３.０

弹性模量 / ＧＰａ ２１８ ２０７ １９０ １６８ １５２ １４０ １０８ ３０

泊松比 ０.３２ ０.３２ ０.３２ ０.３２ ０.３２ ０.３２ ０.３２ ０.３２

１.３　 温度场计算

采用非线性传热方程来描述 ＧＴＡＷ 焊接过

程中电弧在焊接接头内部的传热过程ꎬ使用

Ｇｏｌｄａｋ 双椭球热源模型来描述 ＧＴＡＷ 电弧产生

的热载荷ꎮ 热源产生的热载荷在焊接接头内部的

非线性热传导控制方程描述如下:

ρｃｐ
∂Ｔ
∂ｔ

＝ λΔＴ ＋
∂ｑａｒｃ

∂ｔ
(１)

式中ꎬ ρ 为密度ꎬ ｋｇ􀅰ｍ －３ ꎻｃｐ为比热ꎬ Ｊ􀅰ｋｇ －１􀅰
°Ｃ －１ ꎻ Ｔ 为温度ꎬ °Ｃ ꎻ λ 为热传导率ꎻ Ｗ􀅰ｍ －１􀅰
°Ｃ －１ ꎻ Δ 是拉普拉斯算子ꎻ ｑａｒｃ 是热源的能量密

度ꎬ Ｊ􀅰ｍ －３ ꎻ ｔ 为时间ꎬ ｓ ꎮ 当焊缝金属在加热时ꎬ
发生奥氏体转化ꎬ则采用奥氏体的热物理性能

参数ꎮ
图 ３ 为 Ｇｏｌｄａｋ 双椭球热源模型的热流密度

分布示意图ꎬ热源模型前半椭球部分和后半椭球

部分的热流密度分布方程如下[７]:

图 ３　 双椭球热源模型示意图[９]

Ｆｉｇ.３　 Ｓｃｈｅｍａｔｉｃ ｄｉａｇｒａｍ ｏｆ ｄｏｕｂｌｅ ｅｌｌｉｐｓｏｉｄ ｈｅａｔ
ｓｏｕｒｃｅ ｍｏｄｅｌ

前半椭球部分热源:
ｑｆ ｘꎬｙꎬｚꎬｔ( ) ＝

６ ３ ｆｆＱ

ａ１ｂｃπ π
ｅｘｐ － ３

ｘ － ｖｔ － ｘ０( ) ２

ａ１
２

＋ ｙ２

ｂ２
＋ ｚ２

ｃ２
æ

è
ç

ö

ø
÷

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú

(２)
　 　 后半椭球部分热源:

ｑｒ ｘꎬｙꎬｚꎬｔ( ) ＝

６ ３ ｆｒＱ

ａ２ｂｃπ π
ｅｘｐ － ３

ｘ － ｖｔ － ｘ０( ) ２

ａ２
２

＋ ｙ２

ｂ２
＋ ｚ２

ｃ２
æ

è
ç

ö

ø
÷

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú

(３)
式中: Ｑ 为电弧产生的热输入ꎬ Ｑ ＝ ηＵＩ ꎬ η 为热

效率ꎻ Ｕ 为电压ꎬＶꎻ Ｉ 为电流ꎬＡꎻ ａ１、 ａ２、 ｂ 、 ｃ 为

双椭球热源的形状参数ꎬ ａ１ 为热源前半部分长

度ꎬ ｍｍ ꎻ ａ２ 为热源后半部分长度ꎬ ｍｍ ꎻ ｂ 为热源

半宽ꎬ ｍｍ ꎻ ｃ 为热源深度ꎬ ｍｍ ꎻ ｆｆ 为前半部热源

分配系数ꎻ ｆｒ 为后半部分热源分配系数ꎬ ｆｆ ＋ ｆｒ ＝
２.０ꎬ取 ｆｆ ＝ ０.６ꎬ ｆｒ ＝ １.４ꎻ ｖ 为焊接速度ꎬ ｍｍ􀅰ｓ －１ ꎻ
ｔ 为焊接时间ꎬｓꎻ ｘ０ 表示当焊接时间为 ０ 时ꎬ热源

在 ｘ 方向所在的位置ꎮ 表 １ 给出了有限元模拟时

所采用的焊接工艺参数ꎮ 另外ꎬ有限元模拟过程

中ꎬ模型考虑了平板与空气之间的对流传热与辐

射传热ꎬ其表达式如下[１１]:
ｑｃ ＝ － ｈｃ Ｔ － Ｔ０( ) (４)

ｑｒ ＝ － εσ Ｔ ＋ ２７３( ) ４ － Ｔ０ ＋ ２７３( ) ４[ ] (５)
ｑ损 ＝ ｑｃ ＋ ｑｒ (６)

式中ꎬ ｈｃ 为对流换热系数ꎬ Ｗ􀅰ｍ －２􀅰°Ｃ －１ ꎬ假设

该值不随温度变化并取固定值为 ２５ꎻ ε 为热辐射

系数ꎬ取值 ０.８ꎻ σ 为玻尔兹曼常数ꎬ Ｗ􀅰ｍ －２ 􀅰
°Ｃ －４ ꎬ其值为 ５.６７ × １０ －８ ꎻ Ｔ 为当前温度ꎬ °Ｃ ꎻ Ｔ０

９２
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为环境温度ꎬ °Ｃ ꎬ取值为 ２５ꎮ
采用传统瞬态移动热源进行焊接接头的温度

场和应力场模拟会导致求解时间过长、计算难收

敛等问题ꎬ而热循环曲线法能很好地解决这一问

题ꎮ 研究表明[１２－１３]ꎬ对于平板对焊ꎬ采用热循环

曲线法模拟多层多道焊接也能得到较合理的残余

应力和焊接变形结果ꎮ 因此ꎬ本文采用热循环曲

线法ꎬ代替瞬态移动热源法ꎮ
使用双椭球热源模型对焊接构件各焊道进行

热源校核ꎬ采用“熔池边界准则”ꎬ即模拟后的熔

池边界与实验得到的熔合线相符ꎬ则认为设置的

能量密度分布合理ꎮ 根据设置好的热源模型计算

各焊道的温度场ꎬ提取热源达到准稳态时焊接横

截面上所有点的热循环曲线ꎬ将低于 ２００°Ｃ 的点

去除ꎬ进行平均化处理ꎮ 图 ４ 为提取的第一道热

循环曲线ꎮ 将处理好的热循环曲线导入多层多道

焊模拟计算时需要的热源宏文件ꎬ代替瞬态热源

模型进行温度场和应力场计算ꎮ

图 ４　 第一条焊道的热循环曲线

Ｆｉｇ.４　 Ｔｈｅｒｍａｌ ｃｙｃｌｅ ｃｕｒｖｅ ｏｆ ｔｈｅ ｆｉｒｓｔ ｗｅｌｄ ｂｅａｄ

１.４　 组织计算

在 ＳＹＳＷＥＬＤ 中ꎬ采用 Ｌｅｂｌｏｎｄ 模型描述扩散

性相变ꎬ如焊缝金属在加热时奥氏体组织形成的

过程ꎬ其表达式如下[７ꎬ１１]:
ｄｆＡ
ｄｔ

＝
ｆｅｑ － ｆＡ
τ Ｔ( )

ｆ Ｔ
􀅰

( ) (７)

式中ꎬ ｆｅｑ 为奥氏体组织转变平衡时的比例ꎻ ｆＡ 为

随温度变化的奥氏体相比例ꎻ τ / ｆ 表示“时间延

迟”ꎬ其中 τ 是与温度有关的函数ꎬ ｆ 表示加热速

率函数ꎬ以 Ｐ９１ 钢的连续加热转变曲线确定ꎮ
对于非扩散性相变ꎬ如焊缝金属冷却时ꎬ奥氏

体组织向马氏体组织转变的过程则采用 Ｋｏｉｓｔｅｎ－
Ｍａｒｂｕｇｅｒ 相变模型ꎬ其表达式如下[７ꎬ１１]:

ｆＭ ＝ １ － ｅｘｐ － ｂ０ ＭＳ － Ｔ( )[ ] (８)
式中ꎬ ｆＭ 为马氏体组织随温度变化的比例ꎻ ｂ０ 为

马氏体相变系数ꎬ对于 Ｐ９１ 钢ꎬ取 ｂ０ ＝ ０.０１１ꎻ ＭＳ

为马氏体组织转变开始的温度ꎬ ℃ ꎬ取 ＭＳ ＝
３７５℃ꎻＴ 为冷却时的某一温度ꎬ℃ ꎬ且 Ｔ ≤ ＭＳ ꎮ
１.５　 应力计算

将温度场计算后各个节点的热循环以及焊接

过程中焊缝金属的组织比例随温度的变化结果作

为预定义场ꎬ并加载到应力－应变计算模型中ꎬ求
解焊接残余应力ꎮ 有限元模型中各个点在不同温

度下的力学性能参数ꎬ则是通过线性混合计算法

则得出ꎮ
焊接接头在焊接热循环的作用下ꎬ其力学行

为变化非常复杂ꎮ 在热应力的作用下ꎬ焊接接头

会发生弹性变形与塑性变形ꎬ在组织转变的过程

中会发生体积变化、屈服强度变化和相变塑性应

变ꎮ 因此ꎬ焊接构件上任意点的总应变描述如下:
ε总 ＝ εＥ ＋ εＰ ＋ εＴ ＋ εＶ ＋ εＴｒ (９)

式中ꎬ εＥ 为弹性应变ꎻ εＰ 塑性应变ꎻ εＴ 为热应变ꎻ
εＶ 为相变发生时产生的体积应变ꎻ εＴｒ 为相变发

生时产生的相变塑性应变ꎮ
在应力－应变计算模型中ꎬ弹性应变遵循胡克

定律ꎬ塑性应变符合米塞斯准则ꎬ热应变则是通过

金属材料的线膨胀系数得出ꎮ 此外ꎬ通过线性混合

法确定混合组织的弹性模量、屈服强度、线膨胀系

数ꎮ 实验测得奥氏体完全转化成淬火马氏体后产

生的体积膨胀应变量为 ０.７５％[１４]ꎬ采用该实验结

果计算相变引起的体积应变ꎮ 由于缺乏相应的实

验测量相变塑性应变系数ꎬ本文采用 ＳＹＳＷＥＬＤ 中

的默认值进行相变塑性应变的计算ꎮ 分别计算考

虑后道焊热载荷对先道焊组织的影响 Ｃａｓｅ１ 和不

考虑后道焊热载荷对先道焊组织的影响 Ｃａｓｅ２ꎮ 另

外ꎬ在原有焊接工艺基础上ꎬ调整焊接速度参数进

行模拟ꎬ探究焊接速度对残余应力的影响ꎮ

２　 结果与讨论

２.１　 组织计算

模型进行热－冶金计算后ꎬ选取第 １ 条焊道

起始位置下表面的中点 Ａꎬ提取该节点温度和不

同金属相随时间变化的曲线ꎬ如图 ５ 所示ꎮ 从图

中可看出ꎬ节点 Ａ 先后经历了 ４ 次热循环ꎬ当温

０３
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度降到ＭＳ 点时开始发生马氏体相变ꎬ随着温度不

断降低ꎬ马氏体含量不断升高ꎮ 当温度降低到

２００ ℃时ꎬ节点 Ａ 为马氏体－奥氏体混合状态ꎮ 当

第 ２ 条焊道开始焊接时ꎬ节点 Ａ 再次升温ꎬ由于

第 ２ 个温度峰值超过 ８２０~９２０ ℃(奥氏体转变温

度区间)ꎬ该节点的马氏体完全奥氏体化ꎬ随温度

降低到 ＭＳ 点后又再次发生马氏体相变ꎮ 第 ３ 条

焊道开始焊接时的情况与第 ２ 条类似ꎮ 由于第 ４
个温度峰值处于 ８２０~９２０ ℃ꎬ只有部分马氏体发

生奥氏体转变ꎬ从图中可看出ꎬ此时未发生奥氏体

转变的马氏体含量相比前 ３ 个温度峰值要高ꎮ

图 ５　 图 １ 中点 Ａ 焊接过程中的温度和不同金属

相随时间的变化曲线

Ｆｉｇ.５　 Ｃｕｒｖｅ ｏｆ ｔｅｍｐｅｒａｔｕｒｅ ａｎｄ ｄｉｆｆｅｒｅｎｔ ｍｅｔａｌ ｐｈａｓｅｓ
ｖａｒｙｉｎｇ ｗｉｔｈ ｔｉｍｅ ｄｕｒｉｎｇ ｗｅｌｄｉｎｇ ｏｆ ｐｏｉｎｔ Ａ ｉｎ Ｆｉｇ.１

２.２　 残余应力计算结果

选取图 １ 模型中间截面位置、Ｌ１ 路径以及热

影响区域 Ｌ２ 路径的应力作为代表ꎮ
图 ６ 为 Ｃａｓｅ１ 和 Ｃａｓｅ２ 中间截面焊接中横向

应力的演化过程分布云图ꎮ 比较后发现ꎬ第 １ 条

焊缝焊接结束时ꎬＣａｓｅ１ 与 Ｃａｓｅ２ 应力大小及分布

完全一致ꎬ这是由于金属冷却后横向收缩产生拉

应力ꎮ 当第 ２ 条焊道焊接结束后ꎬＣａｓｅ２ 第一条

焊道上半部分形成了较大拉应力ꎬ第 ２ 条焊道中

形成了较小的压应力区域ꎬ这是因为第 ２ 条焊缝

金属冷却时马氏体相变引起的体积膨胀抑制了焊

缝横向收缩作用ꎬ而第 １ 条焊缝受到热循环载荷

的影响ꎬ由于不考虑金属再次发生相变ꎬ没有体积

膨胀去抵消金属冷却时的横向收缩ꎬ因而进一步

提高拉应力ꎮ 随着第 ３、４ 条焊道焊接完毕ꎬ拉应

力区域不断扩大并向上移动ꎬ最终在第 ３ 条焊缝

中形成较大的拉应力区域ꎮ 在 Ｃａｓｅ１ 中ꎬ由于考

虑了后道焊热载荷对先道焊组织的影响ꎬ在第 ２

条焊道焊接结束后ꎬ在马氏体相变的作用下ꎬ焊缝

金属并没有产生过高的拉应力区域ꎮ 随着最后一

条焊道焊接完毕ꎬ截面中部出现较大的拉应力区ꎬ
应力分布由上表面到下表面呈现为“拉、压、拉”ꎮ

图 ６　 焊接过程中横向残余应力演化过程

Ｆｉｇ.６　 Ｅｖｏｌｕｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｆ ｔｒａｎｓｖｅｒｓｅ ｒｅｓｉｄｕａｌ
ｓｔｒｅｓｓ ｄｕｒｉｎｇ ｗｅｌｄｉｎｇ

图 ７ 为 Ｃａｓｅ１ 和 Ｃａｓｅ２ 中间截面焊接过程中

纵向应力的演化过程分布云图ꎮ 第 １ 条焊道焊接

结束后两个方案的应力分布一致ꎬ由于焊缝金属

冷却时发生马氏体相变ꎬ抵消了收缩时产生的拉

应力ꎬ甚至产生压应力ꎬ由此可以看出ꎬ马氏体相

变对于纵向残余应力的影响更大ꎮ 此外ꎬ压应力

区域的相邻两侧形成了较大的拉应力ꎬ这是由于

该部位未发生马氏体相变ꎬ且温度较高ꎬ冷却时有

较大的热收缩ꎮ 当 Ｃａｓｅ２ 中第 ２ 条焊道焊接结束

后ꎬ第 １ 条焊道及其热影响区形成较大的拉应力

区域ꎬ这是因为不考虑第 ２ 条焊接时的热载荷对

第 １ 条焊道组织的影响时ꎬ没有体积膨胀去抵消

热收缩ꎬ这与图 ６ 的结果类似ꎮ 随着焊道不断填

充ꎬ拉应力不断累积扩大ꎮ 当最后一条焊道焊接

完毕后可以看出ꎬ压应力仅出现在第 ４ 条焊道ꎮ
而 Ｃａｓｅ１ 由于考虑了后焊道热载荷对先前焊道组

织的影响ꎬ先前焊道在热循环的作用下发生马氏

体相变ꎬ引起的体积膨胀抵消了热收缩ꎬ从而在焊

缝及热影响区均呈现为压应力ꎮ 由此可见ꎬ考虑

该因素后ꎬ焊缝处整体的拉应力大幅度下降ꎬ而热

影响区的拉应力有一定的提升ꎮ
图 ８ 为图 １ 中 Ｌ１ 路径上的 Ｖｏｎ Ｍｉｓｅｓ 应力分

布曲线ꎬ从图中可看出ꎬＣａｓｅ１ 焊缝位置的应力值

要高于 Ｃａｓｅ２ꎮ 由于金属受到热载荷影响温度先

升高再降低ꎬ焊缝金属不仅会形成拉应力ꎬ平板还

会产生相应的角变形ꎬ每层焊缝产生变形叠加使

１３
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图 ７　 焊接过程中纵向残余应力演化过程

Ｆｉｇ.７　 Ｅｖｏｌｕｔｉｏｎ ｐｒｏｃｅｓｓ ｏｆ ｌｏｎｇｉｔｕｄｉｎａｌ ｒｅｓｉｄｕａｌ
ｓｔｒｅｓｓ ｄｕｒｉｎｇ ｗｅｌｄｉｎｇ

得平板上表面的拉应力减小ꎬ下表面的拉应力进

一步增大ꎬ而 Ｃａｓｅ１ 考虑了后焊道焊接时的热载

荷对先道焊缝组织的影响ꎬ马氏体相变引起的体

积膨胀缓解了角变形的产生ꎬ因此 Ｃａｓｅ１ 平板上

表面焊缝处形成的拉应力大于 Ｃａｓｅ２ꎮ 图 ９ 给出

的角变形结果证明了这一结论ꎮ

图 ８　 沿 Ｌ１ 路径 Ｖｏｎ Ｍｉｓｅｓ 应力分布曲线

Ｆｉｇ.８　 Ｖｏｎ Ｍｉｓｅｓ ｓｔｒｅｓｓ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｃｕｒｖｅ ａｌｏｎｇ ｐａｔｈ Ｌ１

图 ９　 放大 ２０ 倍的角变形结果

Ｆｉｇ.９　 Ａｎｇｕｌａｒ ｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ ｒｅｓｕｌｔ ｍａｇｎｉｆｉｅｄ ｂｙ ２０×

２.３　 焊接速度对残余应力的影响

在其他条件不变的情况下ꎬ调整初始方案中

的焊接速度ꎮ 方案 Ｂ 为初始方案ꎬ方案 Ａ 是在方

案 Ｂ 的基础上降低 ０.５ ｍｍ / ｓꎬ方案 Ｃ 是在方案 Ｂ
的基础上ꎬ提高 ０.５ ｍｍ / ｓꎬ具体焊接速度方案如

表 ３ 所示ꎮ
表 ３　 焊接速度方案

Ｔａｂ.３　 Ｗｅｌｄｉｎｇ ｓｐｅｅｄ ｓｃｈｅｍｅ
ｍｍ􀅰ｓ－１

焊道

层数

方案 Ａ 焊接

速度

方案 Ｂ 焊接

速度

方案 Ｃ 焊接

速度

１ １.５ ２ ２.５

２ １.５ ２ ２.５

３ １.５ ２ ２.５

４ １.５ ２ ２.５

图 １０ 为 ３ 种方案下图 １ 中 Ｌ１ 路径与 Ｌ２ 路

径上的横向、纵向和 Ｖｏｎ Ｍｉｓｅｓ 残余应力对比ꎮ
由图 １０(ａ)(ｂ)(ｃ)可见ꎬ３ 条曲线中间焊缝位置

存在间隔ꎬ其他区域基本重合ꎮ 说明在 Ｌ１ 路径上

焊接速度的变化会对焊缝位置的残余应力大小产

生影响ꎬ焊接速度越大ꎬ焊缝位置产生的 Ｖｏｎ
Ｍｉｓｅｓ 残余应力和横向残余应力越大ꎬ纵向残余压

应力越小ꎮ 另外ꎬ从图 １０(ｃ)可以看出ꎬ在 Ｌ１ 路径

上焊接速度的改变对纵向残余应力的影响并不显

著ꎮ 由图 １０(ｄ)(ｅ)(ｆ)可见ꎬ３ 条曲线沿焊接方向

中间区域存在较大的间隔ꎬ越靠近两端间隔越小ꎬ
尤其是在起弧区域和收弧区域ꎮ 说明在 Ｌ２ 路径上

焊接速度越大ꎬ焊后中间区域产生的 Ｖｏｎ Ｍｉｓｅｓ 残

余应力和横向残余应力越大ꎬ纵向残余压应力越

小ꎮ 由图 １０ 可看出ꎬ焊接速度的变化会改变焊接

残余应力的峰值大小ꎬ但对于焊后残余应力的分布

变化趋势和峰值出现位置的影响并不显著ꎮ

３　 结语

１)是否考虑后焊道焊接时的热载荷对先焊

道组织的影响对于残余应力的形成与分布有着明

显的差异ꎮ 在 Ｃａｓｅ２ 中ꎬ较大的横向拉应力区域

出现在第 ３ 条焊道及其附近的热影响区域ꎬ而较

大纵向拉应力则是出现在第 １、２、３ 焊道及其附近

的热影响区域ꎮ 在 Ｃａｓｅ１ 中考虑该因素后ꎬ马氏

体相变大幅度降低了焊接接头整体拉应力ꎮ
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图 １０　 各方案在路径 Ｌ１ 和 Ｌ２ 上的残余应力分布

Ｆｉｇ.１０　 Ｒｅｓｉｄｕａｌ ｓｔｒｅｓｓ ｄｉｓｔｒｉｂｕｔｉｏｎ ｏｆ ｅａｃｈ ｓｃｈｅｍｅ ｏｎ ｐａｔｈｓ Ｌ１ ａｎｄ Ｌ２

　 　 ２)考虑焊接时的热载荷对先焊道组织的影

响后ꎬ马氏体相变引起的体积膨胀抑制了角变形

的产生ꎮ
３)在 Ｌ１ 路径上的焊缝位置和在 Ｌ２ 路径上

的焊缝中间区域ꎬ其焊接产生的 Ｖｏｎ Ｍｉｓｅｓ 残余

应力和横向残余应力均随着焊接速度的增大而增

大ꎬ纵向残余压应力则相反ꎮ
４)焊接速度的变化对于残余应力峰值大小

有较大影响ꎬ对于残余应力分布趋势和峰值出现

位置的影响并不显著ꎮ
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(上接第 ６ 页)
不会出现较大波动ꎬ导致训练出来的径向基神经

网络对后轮路面附着系数估计效果好ꎮ

３　 结论

本文基于 Ｃａｒｓｉｍ / Ｓｉｍｕｌｉｎｋꎬ通过将 ＥＫＦ 算法

和 ＲＢＦ 神经网络算法进行融合ꎬ设计出路面附着

系数估计算法ꎬ并与单纯 ＲＢＦ 神经网络估计结果

进行对比ꎬ验证了该融合算法能有效提升路面附

着系数估计的精度ꎮ 同时ꎬ在 ＲＢＦ 神经网络算法

中通过差值二分法对当前样本下的决定系数进行

寻优ꎬ尽可能发挥 ＲＢＦ 神经网络优势ꎬ准确估计

路面附着系数ꎮ 从双移线工况下的仿真结果可以

得到ꎬ采用 ＥＫＦ＋ＲＢＦ 相融合的路面附着系数估

计精度高于单纯 ＲＢＦ 的估计精度ꎮ
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