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基于多温度 SDFF 模型的反应堆压力容器钢 
韧脆转变区韧性评价
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摘　要：采用最大似然估计法对局部断裂失效概率（SDFF）模型的参数标定进行改进，建立可

通过不同温度下的断裂韧性试验数据标定模型参数的多温度SDFF模型，使用由反应堆压力容器

（RPV）钢制成的1英寸（25.4�mm)厚紧凑拉伸试样（1T�CT试样）和0.5英寸厚紧凑拉伸试样（0.5T�
CT试样）的低温断裂韧性试验结果求解模型参数，预测了这2种试样的韧脆转变温度，并对二者的

断裂韧度下边界曲线进行了分析。结果表明：多温度SDFF模型计算得到的0.5T�CT试样和1T�CT
试样的韧脆转变温度分别在−81�℃和−64�℃，与试验结果吻合良好，相对误差在6%左右；在温度

−90~20�℃下所测断裂韧度数据均落在失效概率5%包络线至95%包络线内，该模型在−90�℃至

常温范围内对不同尺寸的试样均具有良好的适应性。采用0.5T�CT试样对材料韧脆转变区断裂韧

性进行分析时，以其多温度SDFF模型5%断裂失效概率曲线作为断裂韧度下边界曲线能够涵盖

0.5T�CT试样和1T�CT试样的所有试验数据，且裕量较小，以1%断裂失效概率曲线为断裂韧度下

边界曲线的裕量较大。
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辐照监督结果评价RPV完整性”的第五阶段项目，

主要目的是建立评估小尺寸辐照监督试样的断裂韧

性试验方法并制定以小试样断裂韧性数据为基础的

RPV完整性评估导则。历经20多 a，有关非标小试

样断裂韧性测试［2-10］的研究取得了较好的进展。但

是，小尺寸试样的构型及几何尺寸与标准试样存在

差异，具有明显的尺寸效应［11-14］，在同等温度下进

行断裂韧性试验时，小尺寸试样更倾向于发生延性

破坏，与标准试样所得结果有所差异。此外，在韧

脆转变区温度范围内，RPV钢的断裂韧性数据分散

性大且有很强的温度相关性，很难用明确数据来描

述其断裂韧性，通常采用累积失效概率的统计分析

结果来评估其断裂可靠性，或者以材料在某温度下

的解理断裂韧度下边界值来描述。温度、几何约束

等因素的影响使得RPV材料在韧脆转变区内的断

裂失效行为变得极为复杂，这种多因素耦合作用下

的断裂失效行为研究是RPV服役安全评估的重要

技术保障。

研究人员在对辐照前后、不同温度下RPV钢的

断裂韧性开展大量研究后，建立了在韧脆转变区内

0　引　言

反应堆压力容器（reactor�pressure�vessel，RPV）�
是核电站重要的一道安全屏障，其材料性能在核电

站运行期间会因受到载荷、温度、介质和辐照等多

种因素作用而下降，导致安全隐患。因此，对RPV
材料性能进行监测至关重要。RPV材料的力学性

能监测内容主要包括冲击韧性、韧脆转变温度和承

压热冲击温度等，其中随着材料组织和性能的劣化

不断升高的韧脆转变温度是国内外学者研究的重

点。常规的监测方法是在RPV内放置与RPV所用

材料相同的监督试样［1］，服役一定时间后取出进行

性能测试。但是RPV内部容积有限，可放置的试样

数量原本就有限，而在反应堆运行过程中，监督试

样被不断取出用于测试，并且由于反应堆监测要求

的增多，每次测试所需试样数量也有所增加，因此

预置的监督试样逐渐短缺。为了应对监督试样短缺

问题，国际原子能机构早在2000年就启动了“应用
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半经验性的断裂韧度下包络线［15］。但是，在应用该

曲线对韧脆转变区内RPV钢的断裂可靠性进行评价

时，仅以该钢断裂韧度下边界曲线作为依据，给出的

评价结果偏于保守，并且该曲线的建立需要大量试

验，会消耗过多辐照监督试样。WALLIN［16-20］研究

发现，RPV钢在韧脆转变区的断裂韧度满足Weibull
概率分布，进而提出了可一定程度考虑断裂韧性数

据分散性、尺寸效应和温度依赖性的主曲线法。另

一方面，BEREMIN等［21］从微观力学角度出发提出

了Beremin模型，认为在裂纹启裂时裂纹尖端断裂

过程区内（通常指微裂纹形核、扩展启裂的区域）微

裂纹的分布遵循Weibull分布，并将Weibull应力定

义为微裂纹扩展驱动力，基于Weibull应力，给出

了表征裂纹体断裂失效概率的方法。FALESKOG
等［22］进一步提出以指数分布作为微裂纹分布函数

代替Beremin模型中的双参数Weibull分布，并在微

裂纹的形核与失稳分析中引入了塑性应变的影响。

受此启发，MARGOLIN等［23-25］在解理断裂失效的

分析中考虑了微裂纹形核和微裂纹失稳两个方面的

影响，通过微裂纹形核在模型中引入了塑性应变对

裂纹体断裂失效概率的影响，建立了Prometey局部

断裂模型。RUGGIERI等［26-27］总结了几类考虑裂

纹形核影响的修正模型，指出这些模型中微裂纹失

稳部分的表征与Beremin模型类似，认为在距离裂

尖的某个特征位置处，一旦某个参量（可以是等效

塑性应变、应变能、最大主应力、等效应力等）达到

临界值就会形成微裂纹，假设该参量满足某种概率

分布，即可得到裂纹形核概率。在上述局部法模型

中，仅主曲线法模型和改进Prometey模型可以描述

断裂韧性的温度相关性。主曲线法基于下包络线方

法认为Weibull分布尺度参数与温度之间具有类似

的指数函数关系，但缺乏坚实的理论基础，是否适用

于国产RPV钢仍有待研究；Prometey模型通过屈服

应力的温度相关性来关联不同温度下的断裂韧度，

表达式复杂，参数众多。此外，众多基于Beremin模
型的局部法模型均需要借助相对复杂的有限元分析

来确定其细观力学参数。WU等［28］基于主曲线法

及Beremin的改进模型，提出了局部断裂失效概率

（strain-energy-density-based�fracture�failure，SDFF）
模型，规避了复杂的有限元计算，可以更精准地评价

国产RPV钢在韧脆转变区内的断裂可靠性。但是，

SDFF模型参数需要在 2~3种低温条件下各进行�
6次断裂韧性试验来确定，这不利于模型的实际应

用。为了简化SDFF模型建立过程，减少所需要的

试验数据量，作者参考主曲线法的多温度优化方法，

采用最大似然估计法对SDFF模型的参数标定进

行改进，提出了多温度SDFF模型，并基于多温度

SDFF模型对不同构型紧凑拉伸（CT）试样在不同温

度下的断裂韧性试验数据［29］进行了分析，拟为反应

堆安全运行及延寿评估提供新的试验数据分析方法

及数据参考。

1　多温度SDFF模型的建立

1.1　SDFF模型的建立

已有的主曲线法模型认为，RPV钢在韧脆转变

区的断裂韧度满足双参数Weibull分布［16］，即

    
   

JC
f

0

= 1-exp -
m

KP
K

� （1）

式中：Pf为累积断裂失效概率；KJC为材料断裂韧度；

K0为Weibull分布尺度参数；m为形状参数，取4。
Beremin断裂失效模型［21］有两种表达方式，其

中一种为

σ
σ

− 
 
 
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f
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式中：σ 0为材料的参考屈服应力；B为试样厚度；V0

为材料特征单元体积；σ u为与温度无关的材料常数；

n为形状参数；Cm为常数。

可以看出，式（1）与式（2）的表达形式非常接近，

主曲线法与Beremin模型本质上没有区别。因此，

可借助式（1）将Beremin断裂失效模型中与裂纹失

稳概率相关的Weibull应力用参数K或 J进行替换，

从而直接得到K或 J的概率表达式，以避免复杂的

Weibull应力有限元计算。

Beremin模型的另一种表达方式为

σ
σ
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式中：σW为驱动解理断裂的Weibull应力；σ 1为材料

特征单元的第一主应力；V为材料各单元体积。

在式（3）基础上，考虑塑性应变影响建立了多种

断裂失效模型［26-27］，这些模型均假设解理断裂失效

由裂纹形核与裂纹失稳两部分构成，可以表示为
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σψ
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式中：ψ c为形核参数。

当不考虑裂尖局部的塑性变形影响时，ψ c取1，
此时式（5）退化为原始Beremin模型。由于主曲线法

与Beremin模型本质上没有区别，可用式（1）替换式

（5）中裂纹失稳概率相关的Weibull应力部分，从而

得到SDFF模型，其表达式为

ψ
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ψ c表达式［28］为
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式中：γ为形核系数；u0为参考温度下的临界应变能

密度；uc为临界应变能密度；Tm为材料熔点；Tr为应

变能密度已知的任意参考温度，一般选室温；T为试

验温度；α，β均为材料常数。

联立式（6）、式（7）和式（8），可得到不同断裂失

效概率下断裂韧度与温度的关系，如下：
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1.2　SDFF模型的参数确定方法及多温度SDFF模

型的建立

SDFF模型中的Tm可通过查阅文献获取，Tr通
常为室温，α，β，γ，K0，u0等参数可以通过以下步骤

进行确定：

（1）进行不同温度下的单轴拉伸试验获得应力-
应变曲线，由应力-应变曲线（拉伸至破断）与x轴围

成的面积即可获得对应温度下的临界应变能密度，u0�
通过室温单轴拉伸试验得到。使用式（9）对临界应

变能密度和温度进行拟合，即可得到参数α和β值。

（2）进行室温断裂韧性试验，将所得断裂韧度

KJC（j）按从小到大进行排序，用统计公式Pf=j/（N+1）
计算KJC（j）的Pf值（N为试验数据总量；j为1~N的整

数）。假定室温下形核参数ψ c为1，将KJC（j）及其对应

的Pf代入式（6），即可求解参数K0。

（3）在不同温度下多次进行低温（低于0�℃）断裂

韧性试验，将同一试验温度所得断裂韧度按从小到

大进行排序，用统计公式Pf=j/（N+1）计算各KJC（j）

的Pf值，将KJC（j）及其对应的Pf值和前文确定的K0代

入式（6），即可确定对应试验温度下的ψ c。通过式（8）
计算不同温度下的uc，利用式（7）对不同温度下的ψ c

和uc进行拟合，得到参数γ。
主曲线法的断裂韧度分布规律是基于标准 1T

（即1�in厚度，1�in=25.4�mm）CT试样建立起来的，

对于非标准试样，需根据ASTM�E1921∶2019，采用

最弱链理论对其断裂韧度进行矫正，将断裂韧度转

换为1T�CT试样的对应值。断裂韧度矫正表达式为

( )
1/4

JC( ) JC( )
1T

' = 20+ -20t t
tK K

t
 
 
 

� （10）

式中：t为测试试样的实际厚度；t1T为25.4�mm；KJC(t)

为测试试样的断裂韧度；K'JC(t)为测试试样矫正后的

断裂韧度。

对于SDFF模型，需要在同一温度（低温条件）

下进行至少6次断裂韧性试验，以获取不同温度下的

ψ c，建立不同温度下ψ c和uc之间的关系，再求解得到

参数γ。为了简化这一流程，采用最大似然估计法来

改进SDFF模型的参数标定：通过最大似然估计法

对断裂韧度KJC数据进行分析，建立γ与KJC之间的

关系式。采用该关系式，可由非单一温度下的6次低

温断裂韧性试验直接获取γ。
双参数Weibull分布F（y）的表达式为

( )=1-exp -
b

yF y
η
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式中：b为形状参数；η为尺度参数；y为随机变量。

对式（6）进行变形后得到
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与式（11）对比可知，式（12）符合双参数Weibull
分布的形式，其对应的分布概率密度函数 f（y）为
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根据最大似然估计法，对式（13）进行构造可以

得到其对数似然函数为

( )∑
=1

ln = ln
n

i
i

L f y � （14）

式中：ln�L为对数似然函数；yi为第 i个随机变量；i
为1~n的数；n为试验数据的数量。

根据最大似然估计法，需要将式（14）分别对

形状参数和尺度参数求偏导，并令式（14）等于 0。
对于SDFF模型，其形状参数固定为 4，尺度参数�
为K0/ψ c

1/4。而ψ c为参数γ的函数，则可得

0 0 0=1 =1

=1 =1
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令式（15）中的y为KJC，η为K0/ψ c
1/4，并将式（7）

代入求解，可得
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式中：KJC(i)为第 i个试验下的断裂韧度；T(i)为第 i个
试验温度；uc(i)为对应T(i)下的临界应变能密度，可通

过式（8）求解获取。

结合式（16），利用非单一温度下测得的断裂韧

度对式（9）中参数K0和γ进行标定并建立的SDFF
模型，称为多温度SDFF模型。该模型在标定参数

时仅需进行6次断裂韧性试验，且可以根据断裂试样

的断裂形式灵活选取试验温度，相比原始SDFF模

型不仅减少了至少1/2的试验数量，还简化了试验温

度的选取和数据处理过程。

2　多温度SDFF模型效果验证

2.1　多温度SDFF模型分析

采用文献［29］中的国产RPV�A508-III钢单轴

拉伸试验数据，得到临界应变能密度与温度的关系，

如图1所示，拟合得到式（8）中参数α为30.95，β为

0.076。

图 1　A508-III 钢的临界应变能密度随温度的变化曲线

Fig. 1　Critical strain energy density vs temperature  
curve of A508-III steel
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表1　0.5T CT试样不同温度断裂韧性试验结果［29］

Table 1　Fracture toughness test results of 0.5T CT 
specimen at different temperatures

试样

编号
T/K

KJC/
（MPa · m1/2）

K'JC(t)/
（MPa · m1/2）

断裂形式

1# 293.15 519.23 439.80 韧性断裂

2# 293.15 490.52 415.66 韧性断裂

3# 273.15 523.89 443.72 韧性断裂

4# 263.15 465.84 394.91 韧性扩展后脆性断裂

5# 243.15 168.15 144.58 塑性变形后脆性断裂

6# 233.15 148.68 128.20 塑性变形后脆性断裂

7# 223.15 198.21 169.85 塑性变形后脆性断裂

8# 203.15 171.61 147.49 塑性变形后脆性断裂

9# 183.15 107.76 93.80 脆性断裂

文献［29］同样提供了国产RPV�A508-III钢
0.5T�CT试样和 1T�CT试样在不同试验温度下

的断裂韧性试验结果（列于表 1和表 2中）。用式

（10）对表 1和表 2中的断裂韧度进行矫正后，代入

式（16），计算得到 0.5T�CT试样的K0和γ 分别为

432.79�MPa · m1/2和2.50，1T�CT试样的K0和γ分别

为540.83�MPa · m1/2和4.02。将参数K0和γ代入式（9），
同时给定温度T和断裂失效概率Pf，即可得到两种

试样的多温度SDFF模型图，如图2所示。

韧脆转变温度是当累积断裂失效概率为 50%
时，标准试样断裂韧度为 100�MPa · m1/2所对应的

温度。通过多温度SDFF模型计算得到0.5T�CT试

样和1T�CT试样的韧脆转变温度分别为−81�℃和

−64�℃，与试验测得的韧脆转变温度区下平台拐点

对应的温度吻合良好，相对误差在6%左右。采用

0.5T�CT试样试验结果得到的韧脆转变温度较采用

1T�CT试样得到的更低，说明试样几何尺寸对RPV
钢的韧脆转变行为具有一定影响。韧脆转变温度代

表着试样的断裂方式由脆性断裂开始向韧性断裂转
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变。由表1和表2中的试样断裂形式可知，0.5T�CT�
试样和 1T�CT试样的韧脆转变温度区间分别为

−90~0�℃和−60~20�℃。由图2可知，所有断裂韧

度数据均落在失效概率5%包络线至95%包络线内，

可见多温度SDFF模型在−90�℃至常温范围内对不

同尺寸试样均具有良好的适用性，能够较好地描述

国产RPV钢在韧脆转变区内的断裂韧性。

2.2　断裂韧度下边界曲线评估

在工程应用中，对韧脆转变区的断裂韧性进行

评估时，由于其具有温度相关性和数据分散性，除了

利用断裂失效概率进行评估外，还会采用材料在韧

脆转变区内的断裂韧度下边界值进行评估。断裂韧

度下边界曲线提供了极端条件下材料可能发生脆性

断裂风险的量化指标，同样能够为核电站的安全评

估和设计优化提供参考。由图3可知：以0.5T�CT试

样多温度SDFF模型的5%断裂失效概率曲线为断

裂韧度下边界曲线能够涵盖1T�CT试样和0.5T�CT
试样的所有断裂韧度试验数据，且裕量较小，而以

1%断裂失效概率曲线为断裂韧度下边界曲线具有

较大裕量。因此，可以选择0.5T�CT试样的5%断裂

失效概率曲线作为断裂韧度下边界曲线。

表2　1T CT试样不同温度断裂韧性试验结果［29］

Table 2　Fracture toughness test results of 1T CT  
specimen at different temperatures

试样

编号
T/K

KJC/
（MPa · m1/2）

K'JC(t)/
（MPa · m1/2）

断裂形式

1# 293.15 589.267 589.267 韧性断裂

2# 293.15 591.64 591.64 韧性断裂

3# 283.15 541.44 541.44 韧性扩展后脆性断裂

4# 273.15 402.85 402.85 塑性变形后脆性断裂

5# 233.15 164.45 164.45 塑性变形后脆性断裂

6# 223.15 134.72 134.72 塑性变形后脆性断裂

7# 213.15 95.73 95.73 脆性断裂

8# 213.15 98.50 98.50 脆性断裂

9# 213.15 117.47 117.47 脆性断裂

10# 213.15 126.56 126.56 脆性断裂

11# 213.15 139.41 139.41 脆性断裂

12# 213.15 104.67 104.67 脆性断裂

13# 213.15 128.43 128.43 脆性断裂

14# 213.15 134.40 134.40 脆性断裂

15# 213.15 98.00 98.00 脆性断裂

16# 183.15 47.76 47.76 脆性断裂

图 2　0.5T CT 试样和 1T CT 试样的多温度 SDFF 模型的 5%，50%，95% 断裂失效概率曲线以及断裂韧度试验数据

Fig. 2　5%, 50%, and 95% fracture failure probability curves of multi-temperature SDFF model and fracture  
toughness test data of 0.5T CT specimen (a) and 1T CT specimen (b)
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3　结　论

（1）采用多温度SDFF模型计算得到的国产

RPV�A508-III钢 0.5T�CT试样和 1T�CT试样的韧

脆转变温度分别为−81�℃和−64�℃，与试验结果吻

合良好，相对误差在6%左右。在温度−90~20�℃
下所测断裂韧度数据均落在失效概率5%包络线至

95%包络线内，说明该模型在−90�℃至室温范围内

对不同尺寸的试样均具有良好的适应性。

（2）采用0.5T�CT试样试验结果得到的韧脆转

变温度较采用1T�CT试样得到的更低，说明试样几

图 3　0.5T CT 试样 5% 和 1% 断裂失效概率曲线以及不同 
试样断裂韧度试验数据

Fig. 3　5% and 1% fracture failure probability curves of 0.5T CT 
specimen and fracture toughness test data of different specimens
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何尺寸会影响RPV钢的韧脆转变行为。采用0.5T�
CT试样对材料韧脆转变区断裂韧度进行分析时，选

择其多温度SDFF模型5%断裂失效概率曲线作为

断裂韧度下边界线可以涵盖0.5T�CT试样及1T�CT
试样的所有试验数据，且裕量较小，以1%断裂失效

概率曲线为断裂韧度下边界线的裕量较大。
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Toughness Evaluation in Ductile-to-Brittle Region of Reactor Pressure Vessel 
Steel Based on Multi-temperature SDFF Model

LI Guoqiang1, YU Haibing1, WU Yuanjun2

(1. Guangxi Fangchenggang Nuclear Power Co., Ltd., Fangchenggang 538001, China; 2. Applied Mechanics and �
Structure Safety Key Laboratory of Sichuan Province, School of Mechanics and Aerospace Engineering, �

Southwest Jiaotong University, Chengdu 610031, China)

Abstract:� The� parameter� calibration� for� a� strain-energy-density-based� fracture� failure� (SDFF)� model� was�
improved�by�a�maximum�likelihood�estimation�method,�and�the�multi-temperature�SDFF�model�whose�parameters�could�
be�calibrated�by�the�fracture�toughness�test�data�at�different�temperatures�was�established.�The�model�parameters�were�
calculated�with�low-temperature�fracture�toughness�test�results�of�a�one-inch�thick�compact�tension�(1T�CT)�specimen�
and�a�0.5-inch�thick�compact�tension�(0.5T�CT)�specimen�sampled�from�reactor�pressure�vessel�(RPV)�steel.�The�ductile-
brittle�transition�temperatures�of�the�two�specimens�were�predicted,�and�the�lower�boundary�lines�of�fracture�toughness�
were�analyzed.�The�results�show�that�the�ductile-to-brittle�transition�temperatures�of�the�0.5T�CT�specimen�and�1T�CT�
specimen�calculated�by�the�multi-temperature�SDFF�model�were�−81�℃�and�−64�℃,�respectively,�and�the�calculated�
results�were�in�good�agreement�with�the�test�results�with�a�relative�error�about�6%.�The�fracture�toughness�data�measured�
at�−90�℃�to�20�℃�were�all�within�the�5%�to�95%�failure�probability�envelope,�and�the�model�had�good�adaptability�to�
specimens�of�different�size�from�−90�℃�to�normal�temperature.�When�the�0.5T�CT�specimen�was�used�to�analyze�the�
fracture�toughness�of�the�material�in�the�ductile-brittle�transition�zone,�with�whose�5%�fracture�failure�probability�curve�
as�the�lower�boundary�line�of�fracture�toughness�could�cover�all�the�test�data�of�0.5T�CT�specimen�and�1T�CT�specimen,�
and�the�margin�was�small;�the�margin�with�the�1%�fracture�failure�probability�curve�as�the�lower�boundary�line�of�fracture�
toughness�was�larger.

Key words:� RPV� steel;� ductile-to-brittle� transition� region;� maximum� likelihood� estimation;� SDFF� model;�
fracture�toughness


