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摘要： 局部热处理是保证承压设备全寿命周期安全性的重要手段. 文中以某二甲苯塔分段筒节为研究对象，提出

了一种主副加热分布式热源局部热处理方法，在传统单加热基础上，距离焊缝一定位置施加副加热区，主加热用于

改善焊缝微观组织、消除部分残余应力，副加热在焊缝产生反变形，抵消主加热产生的“收腰变形”，消除焊缝内表

面残余应力. 采用试验、数值模拟和理论分析，建立了主副加热局部热处理有限元模型，研究了副加热带温度、宽

度、主副加热间距对应力消除效果的影响规律. 结果表明，采用传统单加热热处理方法，降温阶段，焊缝受到拘束作

用在内表面产生新的二次应力. 主副加热分布式热源局部热处理利用副加热区的反变形，可以在焊缝内表面产生

压应力. 主副加热带宽度、间距和副加热温度是应力消除效果的关键因素，提出了主副加热局部热处理工程设计方

法，为重大承压设备局部热处理提供依据.

创新点： (1) 采用主副加热分布式热源局部热处理方法有效减小了焊缝内表面的残余应力.
              (2) 建立了关联设备壁厚、直径、温差、材料属性的主副加热带间距、宽度的计算公式，提出工程设计方法.

关键词： 焊接残余应力；主副加热局部热处理；残余应力调控

中图分类号：TG 404           文献标识码：A           doi：10.12073/j.hjxb.20220608002

 0    序 言

承压设备广泛应用在石化、核电等领域，常采

用焊接方法制造，但在焊接过程中不可避免产生焊

接残余应力[1]，对应力腐蚀开裂 (SCC)、蠕变和疲劳

失效影响很大[2-5]. 因此需要采用热处理消除焊接

残余应力[6]. 近 10 年，国内实施了“千万吨炼油、百

万吨乙烯”和“百万千瓦核电”国家战略，迫使承压

设备向大型化发展[7]. 如核电钢制安全壳直径突破

43 m，石化加氢反应器壁厚达 352 mm. 由于受体积

限制，不能整体热处理，只能采用分段焊接、分段热

处理、整体组装的方法进行制造. 而整体组装过程

中会产生合拢总装焊缝，只能进行局部热处理[8].
实践证明，采用现有局部热处理方法和标准，

大量焊缝依然产生应力腐蚀开裂[9-10]，引起国内外

学者的广泛关注. Kang 等人[11] 对韩国 YGU3 号压

水堆封头与通风管连接焊缝的开裂事故进行应力

分析和失效调查，发现引起应力腐蚀开裂的主要原

因是在焊缝内表面附近存在较大的拉伸残余应力.
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王泽军等人[12] 研究了加氢反应器不同局部热处理

工艺下的应力分布，发现热处理后内壁焊缝残余应

力无法得到有效消除，但未对该原因展开深入研

究. 汪建华等人[13] 分析了不同加热带宽度对局部

热处理消应力效果的影响，提出了 的加热带

宽度用于消除残余应力，这与标准 PD 5 500:
2015[14] 和 EN 13445-4:2009[15] 建议的最小加热带

宽度一致. 但采用这一方法，对于大型压力容器，加

热带宽度过大. 如直径为 6 m、壁厚为 300 mm 的

压力容器，需要的加热带宽度达 9 m，无法现场实

施. 陆皓等人[16] 通过黏弹塑性有限元法对管道局

部热处理应力分布展开研究，发现外壁应力随加热

带宽度增加缓慢下降，加热带宽度增加对内壁应力

释放作用不大. 国家标准 GB/T 30583—2014《承

压设备焊后热处理规程》[17] 规定，设备的厚度 δ ≤
50 mm 时，加热带宽度 HB = 7nhk(1＜n ＜ 3，hk 为

焊缝最大宽度，n 如何确定未给出依据)，对于 δ ＞
50 mm 的设备没有给出明确的规定. 但随着当前千

万吨炼油技术的发展，国内重型承压设备壁厚已普

遍超过 50 mm，目前国内外方法均无法解决这一行

业难题，亟需研究新的理论和技术[18].
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文章对局部热处理后残余应力进行大量计算
和测试表明传统单加热带局部热处理方法无法消
除焊缝内表面残余应力，并揭示无法消除的原因，
在此基础上，提出一种主副加热分布式热源局部热
处理新方法. Houman 等人 [19]、Liu 等人 [20] 认为该
方法可以显著降低焊接残余应力，能够在容器焊缝
内表面产生一定的压应力，Berto 等人[21]、Song 等
人[22] 称其为“蒋氏热处理方法”.

 1    试验材料和方法

 1.1    主副加热局部热处理方法

主副加热局部热处理是在传统单加热带基础

上，距离焊缝一定位置施加副加热区，如图 1 所示.
主加热区施加在焊缝，调控微观组织、力学性能，关

键工艺参数应结合技术设计文件和相关标准确定，

主要包括加热和冷却速率、保温温度和时间、主加

热带宽度 (WPHB). 副加热区布置在焊缝两侧距离焊

缝中心一定距离，用于调控内表面残余应力，关键

工艺参数包括副加热带中心位置到焊缝中心距离

(WDCB)、副加热带最高温度 (TA)、副加热带宽度

(WAHB). 当主加热温度降至室温后对副加热进行

升温.
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图 1    加热带布置示意图

Fig. 1    Diagram of heating belt layout
 
 

采用单一热源加热时，加热区向外膨胀，焊缝

附近应力分布为外拉内压. 随后，加热区随着温度

的降低逐渐开始收缩，当温度降至室温时，出现“收

腰”变形，应力分布表现为外压内拉，这种收腰变形

会在内表面焊缝附近产生二次拉伸应力，如

图 2a 所示. 主副加热分布式热源通过在焊缝一定

距离施加副加热，与焊缝形成温度梯度，产生反变

形，抵消主加热产生的“收腰变形”，消除焊缝内表

面残余应力，如图 2b 所示. 主副加热带的温度均可

局部调节，满足热处理温度均匀性及应力调控需求.

 1.2    试验方法

以某二甲苯塔为研究对象，塔体总长为 113 m，

无法整体热处理，只能分段制造、分段热处理，然后

对总装焊缝进行局部热处理. 其中一节分段筒节尺

寸如图 3 所示，采用 X 形坡口焊接，内侧坡口角度

为 50°，外侧坡口角度为 60°. 焊接方法为熔化极气

体保护焊 (GMAW)，电弧电压为 22 ~ 30 V，焊接电

流为 160 ~ 220 A，焊接速度为 10 ~ 30 cm/min. 焊
道间温度控制在 250 ℃ 以下，最低预热温度为

80 ℃.
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图 3    试验对象尺寸 (mm)
Fig. 3    Test object size

 
 

图 4 给出了合拢焊缝主副加热局部热处理工

艺曲线. 主加热宽度为 500 mm，将主加热升温至

600 ℃，保温 3 h，并用热电偶记录热处理过程内外

壁温度分布. 保温结束后，当温度低于 400 ℃ 时，

 

压缩应力

压缩应力 反变形

“收腰变形”拉伸应力

拉伸应力

(a) 收腰变形

(b) 反变形 

图 2    应力消除机理

Fig. 2    Stress  relief  mechanism.  (a)  waist  deformation;
(b) reverse deformation
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图 4    局部热处理工艺曲线

Fig. 4    Local heat treatment curve
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筒体自然冷却. 主加热温度降至室温时，施加副加

热，副加热最高温度为 350 ℃、副加热带宽度为

300 mm，主副加热间距为 1 400 mm，主副加热局部

热处理现场如图 5 所示.
 

 

副加热带

焊缝中心

2 800 mm

 
图 5    现场试验

Fig. 5    Field experiment
 
 

εe ∆ε

采用压痕法[23] 测试筒体内表面热处理前后残

余应力. 基本原理是将电阻应变片作为测量应变的

敏感元件，利用球形压头在应变栅轴线中心点施加

机械载荷诱导产生应变增量，并用应变仪进行记

录. 利用预先标定的弹性应变 与应变增量 之间

的关系得到残余应变，残余应力 σx，σy 可由胡克定

律计算求得.

σx =
E

1−υ2

(
εx +υεy

)
(1)

σy =
E

1−υ2

(
εy+υεx

)
(2)

υ εx εy式中：E 为弹性模量； 为泊松比； ， 为残余弹性

应变分量.
测试路径垂直焊缝，测点包括焊缝、热影响区

及母材.

 2    有限元计算方法

采用顺次耦合方法计算焊接残余应力，为节省

篇幅，不进行详细介绍，详见文献 [18]. 建立了与实

际分段筒节尺寸完全一致的有限元模型. 有限元模

型及网格划分如图 6 所示. 为兼顾计算精度与时

间，在焊缝及热影响区附近网格划分较密，远离焊

缝区域较稀疏，温度场计算采用 DCAX4 单元，应

力场计算采用 CAX4H 单元，热分析和力分析使用

相同的单元和节点. 材料参数见表 1.
采用内生热源模拟焊接过程，内生热率等于电

弧有效功率与所作用单元体积的比值，热流密度

q 计算公式[24] 为

q = ηUI/(S v) (3)
 

 

内壁

外壁

路径 P1

 
图 6    有限元模型及网格划分

Fig. 6    Finite element model and meshing 
 

  
表 1    Q345R材料参数

Table 1    Material parameters of Q345R
 

温度T/℃ 弹性模量E/GPa 屈服强度ReL/MPa 泊松比ν 热膨胀系数α/(10−6 K−1) 导热系数λ/(W·m−1·K−1) 比热容c/(J·kg−1·K−1)

20 210 345 0.3 7.3 53.2 461

200 201 317 0.3 11.0 47.7 523

400 185 267 0.3 13.2 39.6 607

600 160 160 0.3 13.9 36.0 678

800 145 120 0.3 14.0 33.0 700

 
 

η式中： 为电弧热效率；U 为电弧电压；I 为焊接电

流；S 为焊缝截面积；v 为焊接速度.
在热处理模拟中，加热区和保温区域强制对流

换热系数为 6 × 106 W/(m2∙K)，按图 4 所示的热处理

曲线创建幅值曲线进行升温和保温，加热区以外对

流换热系数为 10 W/(m2∙K)，辐射系数为 0.85，初始

温度取 20 ℃. 在应力场分析时，约束筒体端部的位

移，防止刚体移动.

 3    结果与分析

 3.1    主副加热方法验证

图 7 和图 8 分别给出了主加热过程热电偶测

温及有限元模拟结果. 保温时刻，试验测试结果内
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外表面最大温差为 17 ℃，有限元模拟为 16 ℃，说

明温度场模拟方法正确.
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图 7    热电偶测温结果

Fig. 7    Thermocouple temperature measurement result
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图 8    温度场分布云图

Fig. 8    Temperature contours at holding time
 
 

图 9，图 10 分别为焊态、传统热处理和主副加

热方式下的残余应力分布云图. 焊态轴向应力最大

值位于内表面焊趾附近，为 318 MPa. 传统局部热

处理后，焊缝附近应力分布为外压内拉，内壁相对

焊态略有升高，最大值为 335 MPa. 采用主副加热

局部热处理方法，焊缝内表面应力明显降低，最大

值仅为 87 MPa，分布均匀. 焊态环向应力最大值位

于焊趾处，为 345 MPa. 传统热处理方法后，以外表

面为起点沿厚度方向 1/2 区域应力水平有所改善，

其余位置仍表现为较大的拉应力. 主副加热后，环

向应力明显降低，沿厚度方向分布均匀，最大值为

137 MPa.

图 11 给出了沿内表面路径 P1 的残余应力分

布规律. 数值模拟得到的应力分布与试验结果基本

吻合. 结果表明，传统热处理产生收腰变形，母材位

置引入了新的热应力和弯曲应力，导致应力明显升
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图 10    环向应力分布

Fig. 10    The contour distribution of hoop residual stress.
(a)  as-welded;  (b)  traditional  method;  (c)
primary  and  secondary  distributed  heat  source
method
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图 11    沿路径 P1残余应力分布

Fig. 11    Residual  stress  distribution  along  path  P1.  (a)
axial stress; (b) hoop stress
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图 9    轴向应力分布

Fig. 9    The  contour  distribution  of  axial  residual  stress.
(a) as-welded; (b) traditional method; (c) primary
and secondary distributed heat source method
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高. 焊缝处沿分析路径 P1，垂直于焊缝方向的轴向

应力不降反升，最大值由 318 MPa 增长至 334 MPa.
沿焊缝方向的环向应力最大值由 345 MPa 降至

306 MPa，降低了 11%. 这是由于焊接接头受热膨

胀，冷却产生周向收缩，产生剪切力和弯矩. 弯矩使

轴向应力增大，剪应力使环向应力减小. 副加热

后，产生反变形，使焊缝处轴向应力最大值由

318 MPa 降到 87 MPa，环向应力最大值由 345 MPa
降到 137 MPa，最大降幅分别为 72.6% 和 60.3%，

应力消除效果显著.

 3.2    主副加热工艺参数对应力的影响

 3.2.1 副加热温度

图 12 给出了副加热带宽度为 300 mm、主副加

热间距为 900 mm 的不同副加热温度对残余应力的

影响. 随着副加热温度的升高，残余应力消除效果

增加，当副加热温度从 200 ℃ 增加至 600 ℃，轴向

应力降幅由 130.2% 增至 174.8%，提高 44.6%. 环
向应力降幅由 118.3% 增至 145.9%，降幅提高

27.6%. 这是由于温度升高，副加热产生更大反变

形，对焊缝处收腰变形协调效果增加，应力降低更

加明显.

 3.2.2 副加热带宽度

图 13 给出了副加热温度为 350 ℃、主副加热

间距为 900 mm 的不同副加热带宽度下沿 P1 路径

应力分布. 可见，副加热宽度由 200 mm 增加至

500 mm，轴向应力消除效果增加 25%，环向应力消

除效果增加 10. 9%. 这是由于在副加热带位置处

产生更大的变形驱动力，焊缝处产生更大的反变

形，降低应力. 值得注意的是，当宽度增加至 700 mm
后的应力降幅比 500 mm 减少，由此可见，当副加

热带宽度过宽时，由于轴向传热的影响，焊缝位置

在副加热保温过程产生周向膨胀，一定程度抵消副

加热带的反变形作用，从而应力消除效果降低.
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(b) 环向应力 
图 13    沿路径 P1残余应力分布

Fig. 13    Residual  stress  distribution  along  path  P1.  (a)
axial stress; (b) hoop stress

 
 

 3.2.3 主副加热间距

图 14 给出了副加热带宽度为 300 mm、副加热

温度为 350 ℃ 的主副加热间距对应力消除效果的

影响. 当间距由 1 400 mm 减小至 900 mm 时，轴向

应力降幅增加 79.9%，环向降幅增加 66.5%，产生

压应力，而 1 400 mm 仍表现为一定程度的拉应力.
这是因为主副加热间距决定着副加热产生的反变

形是否作用于焊缝处，是内壁应力调控效果的主导

因素.
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图 12    沿路径 P1残余应力分布

Fig. 12    Residual  stress  distribution  along  path  P1.  (a)
axial stress; (b) hoop stress
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图 14    沿路径 P1残余应力分布

Fig. 14    Residual  stress  distribution  along  path  P1.  (a)
axial stress; (b) hoop stress

 
 

 3.3    主副加热局部热处理工程设计方法

主加热带宽度 (WPHB) 是保证均温区温度均匀

性的关键参数，图 15 给出了上述二甲苯塔不同主

加热宽度均温区保温时刻内表面温度分布. 主加热

宽度为 2t(t 为加热区壁厚)，4t，5t 时，均温区边缘温

度小于所允许的最低温度 580 ℃，无法满足均温要

求. 主加热宽度增加至 6t 和 8t 时，均温区最低温度

分别为 584 和 588 ℃，符合工艺要求，且宽度继续

增加对均温区温度影响不大. 通过大量试验研究和

计算，综合考虑温度均匀性和现场操作要求，提出

主加热带宽度应满足以下公式，即

WPHB = (6 ∼ 8)t (4)

由图 12 可知，副加热最高温度 TA 为主加热区

保温温度的 40% ~ 60% 即可产生较好的应力消除

效果. 图 13 表明，合理选择副加热带宽度能够获得

较好的应力消除效果，最佳副加热宽度应满足以下

公式，即

WAHB = (3 ∼ 4)t (5)

主副加热间距是应力消除效果的关键因素，为

便于该方法的工程应用，从理论角度推导最优主副

加热间距计算公式. 沿筒体轴向在管道上部取一个

微元. 所取微元为灰色阴影部分，微元横截面形状

为扇形的一部分，如图 16 所示.
 

 

(a) 筒体轴向方向微元

(b) 微元横截面 
图 16    微元模型

Fig. 16    Infinitesimal  element  selection  method.  (a)
cylinder  axial  infinitesimal  element;  (b)  infini-
tesimal element cross section

 
 

∆l = αl∆T

∆l

l+∆l

∆l

假设副加热带的温度均匀. 副加热带对应的加

热区受到相邻低温筒体的约束无法自由伸长且无

法弯曲变形，副加热区在最高温度时本应该产生

即被完全限制，相应于这种限制，副加热

区内产生了压缩应力. 即副加热区受热后本应比受

热前伸长 ，由于受到约束和限制，副加热区受热

后的长度仍为 l，相当于副加热区受热后受到一轴

向应力 P，长度为 的副加热区产生了轴向压缩

变形 . 如果压缩变形全是弹性变形，则有

∆l =
Pl
EA

(6)

式中：l 为两个副加热带中心之间的距离；E 为副加

热带升高至最高温度时材料的弹性模量；A 为所取

微元横截面积.
当所取微元受到两端副加热带的热应力作用
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图 15    内壁均温区温度分布

Fig. 15    Temperature distribution of inner surface
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时，受筒体其他部分的约束作用，无法自由伸长，微

元内部即出现了压缩载荷，则有

2αWAHB∆T =
Pl
EA

(7)

则内部压缩载荷大小为

P =
2αWAHB∆T EA

l
(8)

α

∆T

式中： 为副加热升至最高温度下的热膨胀系数；

WAHB 为副加热带宽度； 为副加热最高温度与室

温的温度差.
由于图 16 所取微元的轴向长度远大于其截面

尺寸，故可将该模型看作细长杆，副加热带引起的

筒体变形，可简化为图 17 所示的屈曲变形问题. 此
时可以认为，当两个副加热带之间距离合适时，其

产生的轴向压缩载荷与压杆屈曲的临界载荷相等，

从而发生屈曲变形，并与主加热产生的变形抵消，

内表面即可产生压缩应力，此时主副加热局部热处

理效果最佳.
 

 

副加热带中心位置

副加热带中心位置

P
cr

l

 
图 17    压杆失稳模型

Fig. 17    Compression rod instability model
 
 

图 17 所示的屈曲变形问题可通过压杆失稳的

相关理论得到其临界压缩载荷，即

Pcr =
nπ 2EI

(µl)2 (9)

式中：Pcr 为临界压缩载荷；E 为副加热升至最高温

度下的弹性模量；I 对形心主惯性轴的惯性矩；l 为
两个副加热带间距；n 取 1；μ 取 0. 5.

令式 (8) 与式 (9) 相等，即 P = Pcr，可得

2αWAHB∆T EA
l

=
4π 2EI

l2
(10)

化简式 (10) 可得两个副加热带之间的距离为

l =
2π 2

αWAHB∆T
· I

A
=

2π 2i2

αWAHB∆T
(11)

式中：i 为压杆横截面对形心主惯性轴的惯性半径，

i 的取值与压杆的截面形状有关.

所取微元截面形状是扇形的一部分，但当取的

微元足够小时，其截面形状将无限接近于矩形，如

图 18 所示，矩形截面的高与管道的厚度 t 相等.
 

 

t

b

t

 

图 18    简化模型的截面形状

Fig. 18    Cross-section shape of the simplified model
 
 

则惯性半径 i 为

i =

√
Iy

A
=

√
bt3

12
/bt =

t
√
12

(12)

将式 (12) 代入式 (11)，即可得主副加热带间距

为两副加热带间距的 1/2，表示为

WDCB =
l
2
=

2π 2i2

αWAHB∆T
=

π 2t2

12αWAHB∆T
(13)

已知 WAHB =  (3  ~  4)·t，取 WAHB =  3t，则式

(13) 可表示为

WDCB =
π 2t

36α∆T
(14)

主副加热间距是应力调控效果的关键影响参

数，且其值受直径的影响较大，式 (14) 未考虑直径

的影响，使得公式计算值和有限元模拟值有差异.

为了使公式计算值更接近有限元模拟值，通过引入

修正系数 η 对式 (14) 进行修正，修正后的公式为：

WDCB = η
π 2t

36α∆T
(15)

通过大量的有限元计算，图 19 给出了 Q345R

不同直径、壁厚下的修正系数 η. 对于同一壁厚，随

着直径增大，修正系数 η 增大. 壁厚越小，修正系

数 η 增加越快. 壁厚越大，修正系数 η 增加越缓慢.

对于同一直径，随着壁厚增大，修正系数 η 减小.

以内径为 12 000 mm，壁厚为 100 mm 筒体为

例，式 (15) 计算的主副加热间距为 1 312 mm，有限

元模拟值为 1 326 mm. 计算值和模拟值相差较小，

验证了公式的正确性.
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图 19    修正系数 η

Fig. 19    Correction coefficient η
 
 

 4    结论

(1) 传统单加热局部热处理方法冷却后，焊缝

收缩产生“收腰变形”，在内表面产生新的二次拉伸

残余应力，导致焊接接头内表面的残余应力降低不

明显甚至增加. 采用主副加热局部热处理方法，能

够利用副加热区的反变形，抵消“收腰变形”，显著

消除残余应力.
(2) 主副加热局部热处理方法能够使局部热处

理效果达到最优，应力消除效果受副加热参数影响

较大，其中主副加热间距是应力消除效果的关键

因素.

WDCB = η
π 2t

36α∆T

(3) 建立了主副加热局部热处理设计准则：主

副加热间距的理论公式： ，主加热区

宽度 WPHB =  (6  ~ 8)t，副加热带宽度 WAHB =  (3  ~
4)t.
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