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钢桥面板顶板⁃Ｕ 肋焊缝多轴疲劳效应评估

吉伯海， 蒋　 斐， 王益逊， 傅中秋

（河海大学 土木与交通学院，江苏 南京 ２１００９８）

摘　 要： 为了评估顶板⁃Ｕ 肋焊缝多轴疲劳效应，定义了主要应力分量为坐标轴向幅值最大的正应力。
基于弹性力学对比了单、多轴疲劳应力，提出了采用绝对值最大的主应力与主要应力分量的偏差值 δ 作

为多轴疲劳评判依据。 建立了钢桥面板节段模型和顶板⁃Ｕ 肋细节子模型，对细节处多轴疲劳变形和应

力状态进行了评估。 为了定量单、多轴疲劳寿命评估的差异，定义了疲劳寿命比 Ｒ，理论推导得 Ｒ⁃δ 关

系， 并通过试验和有限元分析加以验证。 研究结果表明：单轴荷载下绝对值最大的主应力等于主要应

力分量，多轴荷载下两类应力存在偏差，偏差越大，多轴疲劳效应越显著；对于顶板⁃Ｕ 肋焊缝，多轴疲劳

效应随荷载中心线偏离焊缝位置越发显著，横隔板处顶板⁃Ｕ 肋焊缝的多轴应力状态更为明显； Ｒ 与 δ３

成正比， 该关系为在单轴疲劳评估的基础上进行多轴疲劳寿命评估提供参考。
关键词： 多轴疲劳； 正交异性钢桥面板； 绝对值最大主应力； 顶板⁃Ｕ 肋焊缝

中图分类号： Ｕ４４１ ４　 　 　 文献标志码： Ａ　 　 　 ｄｏｉ：１０ １３７０５ ／ ｊ．ｉｓｓｎ．１６７１－６８３３ ２０２０．０１ ００２

０　 引言

正交异性钢桥面板在大跨径桥梁中得到了广

泛的运用［１］。 在服役过程中，桥梁的疲劳问题一

直是困扰其发展的主要问题之一［２－４］。 循环荷载

作用下，顶板⁃Ｕ 肋焊缝较易产生疲劳裂纹。 该类

裂纹维修和检测难度大，影响桥面系的耐久性和

桥梁安全运营。 因此有必要对顶板⁃Ｕ 肋焊缝的

疲劳特性进行研究，提出合理的疲劳寿命评估方

法，为该类细节的抗疲劳设计提供参考。
目前针对顶板⁃Ｕ 肋焊缝细节，国内外学者开

展了大量的研究工作。 其中疲劳寿命评估多采用

基于名义应力或热点应力的 Ｓ⁃Ｎ 曲线，并结合线性

累积损伤理论的单轴疲劳评估方法。 如 Ｙａ 等［５］

对顶板⁃Ｕ 肋局部截断试件进行了疲劳试验，通过

焊趾处的名义应力拟合 Ｓ⁃Ｎ 曲线，对比分析了 ８０％
熔透焊缝与全熔透焊缝疲劳强度的差异；Ｙａｍａｄａ
等［６］采用 １ ｍｍ 法确定热点应力，通过试验结果拟

合了顶板⁃Ｕ 肋细节的 Ｓ⁃Ｎ 曲线；张呈奕等［７］ 开展

了顶板⁃Ｕ 肋细节的弯曲疲劳试验，基于名义应力

和热点应力对不同钢材强度下的疲劳寿命进行了

评估。 吉伯海等［８］根据实桥监测得到了顶板⁃Ｕ 肋

焊趾处的名义应力，结合 ＢＳ５４００ 规范中 Ｓ⁃Ｎ 曲线

对该细节疲劳寿命进行了评估。 实桥运营中，车轮

分布具有随机性，考虑结构的非对称性，顶板⁃Ｕ 肋

焊缝实际发生多轴疲劳。 基于名义应力或热点应

力的单轴评估法多采用垂直于焊缝方向的正应力

作为疲劳评估的基准，具有简单高效的特点，但不

能全面反映实桥焊缝处的多轴疲劳效应。 因此，分
析顶板⁃Ｕ 肋焊缝处的多轴疲劳效应，定量给出该

细节单、多轴疲劳评估的差异，对多轴疲劳寿命的

评估工作的开展具有重要意义。
为了评估顶板⁃Ｕ 肋焊缝多轴疲劳效应，基于

弹性力学理论对比单、多轴疲劳应力，笔者提出了

合理的多轴疲劳评判依据。 建立钢桥面板节段模

型与细节子模型，对细节处的多轴疲劳变形和应

力进行了评估。 通过多轴比例加载试验获取了多

轴疲劳强度 Ｓ⁃Ｎ 曲线，定义了应力幅偏差值 δ 与

单多轴疲劳寿命比 Ｒ，理论分析得 Ｒ ＝ Ａδ３ 的相关

关系， 定量评估了单、多轴疲劳评估的差异。

１　 有限元模型与多轴疲劳评估准则

１ １　 有限元模型

以某悬索桥正交异性钢桥面板为工程背景，
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其顶板厚 １２ ｍｍ，Ｕ 肋尺寸为 ３００ ｍｍ×２８０ ｍｍ×
６ｍｍ，Ｕ 肋间距为 ６００ ｍｍ，横隔板厚 ８ ｍｍ，横隔

板间距 ３ ２００ ｍｍ。 钢材采用 Ｑ３４５ｑＤ，顶板与 Ｕ
肋采用 ８０％熔透焊缝连接。 钢桥面板中顶板⁃Ｕ
肋焊缝细节分为两类，分别为横隔板处细节和横

隔板间细节。
采用 ＡＢＡＱＵＳ 分别建立总体节段模型与局

部细节子模型。 节段模型纵向包括 ５ 道横隔板，
横向包括 ７ 道 Ｕ 肋［９］；采用 Ｃ３Ｄ８Ｒ 六面体单元

划分，网格尺寸为 ２０ ｍｍ；边界条件设为约束顶

板，Ｕ 肋和铺装的所有平动自由度以及横隔板的

所有平动加转动自由度。 子模型横向位于节段模

型中部，横隔板间细节纵向位于 Ｎｏ ２ 号和 Ｎｏ ３
号横隔板正中，横隔板处细节纵向位于 Ｎｏ ３ 号

横隔板正上方。 横隔板间细节子模型横向取

３００ ｍｍ，纵向取 ２００ ｍｍ，竖向取 ３４２ ｍｍ。 横隔板

处细节子模型竖向取 ２５８ ｍｍ。 采用 Ｃ３Ｄ８Ｒ 六面

体单元和 Ｃ３Ｄ１０ 四面体单元进行网格混合划分，
非焊缝区域采用 ２０ ｍｍ 六面体网格划分，焊缝区

域采用 １ ｍｍ 六面体网格细化，过渡区域采用四

面体网格。 钢材弹性模量取 ２ ０６×１０５ ＭＰａ，铺装

弹性模量为 １ ０００ ＭＰａ，泊松比均取 ０ ３。 有限元

模型如图 １ 所示。

图 １　 有限元模型

Ｆｉｇｕｅ １　 Ｆｉｎｉｔｅ ｅｌｅｍｅｎｔ ｍｏｄｅｌ

参考《公路钢结构桥梁设计规范》 ［１０］，取单

侧双轮加载面积为 ６００ ｍｍ×２００ ｍｍ，荷载集度为

０ ５ ＭＰａ。 考虑顶板⁃Ｕ 肋焊缝细节所处的位置，以
Ｎｏ ２ 号横隔板中点为原点，横桥向分为 １１ 种加载

工况，加载间距为 １５０ ｍｍ。 在纵桥向上，车轮从

Ｎｏ ２ 号横隔板移动至 Ｎｏ ４ 号横隔板，加载间距取

２００ ｍｍ，共计 ３３ 个荷载步。 加载工况如图 ２ 所示。
１ ２　 多轴疲劳评估准则

对易损细节进行多轴疲劳效应评估之前，

图 ２　 加载工况示意图

Ｆｉｇｕｅ ２　 Ｓｃｈｅｍａｔｉｃ ｄｉａｇｒａｍ ｏｆ ｌｏａｄｉｎｇ ｃａｓｅｓ

需要提出一套合理可靠的评估准则。 针对细节

的疲劳研究常以某种坐标系为基准，基准坐标

系的设置一般使某坐标轴与实际裂纹大致垂

直。 定义沿坐标轴向的应力分量中幅值最大的

正应力为主要应力分量，例如以图 １ 坐标系为

基准，顶板⁃Ｕ 肋焊缝处的主要应力分量为 σｘ。
一般情况下，裂纹的扩展方向与主应力方向垂

直［１１］ ，当主应力为主要应力分量时，扩展方向与

主要应力分量垂直。 而多轴疲劳效应是引起主

应力与主要应力分量不一致的主要原因之一。
由此可知，主应力及主要应力分量与疲劳开裂

关系密切，并且两者的偏差与多轴疲劳效应存

在联系。 因此考虑对比主要应力分量与主应力

的量值以评估细节处的多轴疲劳效应。 由于主

应力类别中绝对值最大的主应力较能反映细节

承受交变应力循环作用的实际情况，故主应力

采用绝对值最大的主应力。
钢板面板在疲劳开裂前处于弹性工作状态，

由弹性力学公式可知，三维问题中某一点主应力

求解公式为：
σ３ － Θ１σ２ ＋ Θ２σ － Θ３ ＝ ０；
Θ１ ＝ σｘ ＋ σｙ ＋ σｚ；

Θ２ ＝ σｘσｙ ＋ σｙσｚ ＋ σｚσｘ － τ２
ｘｙ － τ２

ｙｚ － τ２
ｚｘ；

Θ３ ＝ σｘσｙσｚ － σｘτ２
ｙｚ － σｙτ２

ｚｘ － σｚτ２
ｘｙ ＋

２τｘｙτｙｚτｚｘ，

ì

î

í

ï
ï
ïï

ï
ï
ïï

（１）

式中： σ 为主应力大小；Θ１ ～ Θ３ 为应力张量不

变量。
绝对值最大的主应力与主要应力分量间的关

系，不仅包括两者量值的大小，也包含两者方向间

的关系。 弹性力学中某一点主应力方向余弦的求

解公式为：
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（σｘ － σｉ） ｌｉ ＋ τｙｘｍｉ ＋ τｚｘｎｉ ＝ ０；
τｘｙ ｌｉ ＋ （σｙ － σｉ）ｍｉ ＋ τｚｙｎｉ ＝ ０；
τｘｚ ｌｉ ＋ τｙｚｍｉ ＋ （σｚ － σｉ）ｎｉ ＝ ０；

ｌｉ ２ ＋ ｍｉ
２ ＋ ｎｉ

２ ＝ １，

ì

î

í

ï
ïï

ï
ïï

（２）

式中： ｌｉ、ｍｉ、ｎｉ 为主应力 σｉ 的方向余弦， 其中

ｉ ＝ １ ～ ３。
单轴荷载下的钢试件只承受单向正应力或单

向切应力［１２］。 取试件某一点微元，绘制其应力状

态如图 ３ 所示。

图 ３　 应力状态

Ｆｉｇｕｅ ３　 Ｓｔｒｅｓｓ ｓｔａｔｅ

对于只承受正应力的情况，不妨设该正应力

为 σｘ，此时 σｘ 即为主要应力分量。 将 σｘ ≠ ０ 代

入式（１），得 ３ 个主应力分别为 σｘ、０、０，此时绝对

值最大的主应力大小等于 σｘ。 将 σｉ ＝ σｘ 代入式

（２），得绝对值最大的主应力对应的方向余弦为

± １、０、０，此时绝对值最大的主应力即为主要应力

分量。
对于只承受切应力的情况，即纯剪状态，不妨

设该切应力为 τｘｙ。 此时主要应力分量应为基于

坐标系的 σｘ１，经坐标变换后得 σｘ１ 的大小等于

τｘｙ，方向沿 Ｘ１ 轴。 将 τｘｙ ≠ ０ 代入式（１），得 ３ 个

主应力分别为 τｘｙ、０、 － τｘｙ，此时绝对值最大的主

应力大小等于 τｘｙ。 将 σｉ ＝ τｘｙ 代入式（２），得绝对

值最大的主应力对应的方向余弦为
２
２
、 ２

２
、０ 和

－ ２
２

、 － ２
２

，０，此时绝对值的最大主应力即为主

要应力分量。
多轴荷载下的钢试件承受多向应力，６ 个应

力分量中至少有 ２ 个独立分量不为 ０，最大主应

力与主要应力分量不再相等。 为此，需要给出一

个参数定量两种应力的偏差程度。 一段应力时程

中应力幅 Δσ 的最大值对疲劳损伤的贡献最大，

故采用应力幅最大值的比值量化两者的偏差，且
定义偏差值 δ：

δ ＝
Δσｎ

Δσｍ
， （３）

式中： Δσｎ 为各级主要应力幅最大值；Δσｍ 为各级

绝对值最大的主应力幅最大值。 由 δ 定义可知，δ
与 １ 相差越大，σｍ 与 σｘ 的偏差程度越大，当 δ ＝ １
时，σｍ 与 σｘ 的应力循环曲线重合，对应于单轴

疲劳。
综合上述分析结果可知，单轴荷载下，一点的

绝对值最大的主应力即为主要应力分量。 多轴荷

载下，一点的绝对值最大的主应力与主要应力分量

存在偏差，偏差越大，多轴疲劳效应越显著。 偏差

程度与疲劳效应显著程度的关系在下文给出证明。

２　 多轴疲劳变形分析与应力分析

２ １　 变形分析

开裂前细节的疲劳分析主要基于弹性理论，
弹性理论中构件的宏观变形与细节处应力应变直

接相关。 从钢桥面板构造来看，顶板受到 Ｕ 肋与

横隔板的纵横向加劲，该加劲分布是非均匀的，因
而钢桥面板的刚度分布不均匀且有突变。 从整体

来看，在车轮荷载作用下，钢桥面板发生纵横向挠

曲。 从局部区域来看，考虑几何构造引起的刚度

不足和突变以及车轮荷载局部作用特点，部分区

域将产生较大变形，从而引起顶板⁃Ｕ 肋焊缝细节

较大的应力集中。

图 ４　 局部变形示意图

Ｆｉｇｕｅ ４　 Ｓｃｈｅｍａｔｉｃ ｄｉａｇｒａｍ ｏｆｌｏｃａｌｄｅｆｏｒｍａｔｉｏｎ

轮载作用下顶板⁃Ｕ 肋焊缝细节的局部变形

如图 ４ 所示。 横隔板处细节由于横隔板的约

束，其变形小于横隔间细节。 车轮直接作用在

顶板上产生较大的弯曲效应，顶板的变形以面

外变形为主。 以荷载位于细节正上方为例，横
隔板间细节开裂截面的膜应力为－１ ８ ＭＰａ，弯
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曲应力为－１３６ ６ ＭＰａ，膜应力仅为弯曲应力的

１ ３％。 横隔板处细节的膜应力为－１０ ５ ＭＰａ，
弯曲应力为－１０９ ４ ＭＰａ，膜应力为弯曲应力的

９ ６％。 从膜应力的占比来看，横隔板的约束减

小了顶板的面外变形。

２ ２　 应力分析

应力状态分析是细节疲劳评估的基础。 考虑

横向加载工况下应力分布的相似性，分别提取两

类焊缝在工况 ６、８、１０ 下的应力状态，绘制成如图

５ 所示的应力循环曲线。

图 ５　 焊趾应力循环曲线

Ｆｉｇｕｅ ５　 Ｓｔｒｅｓｓ ｃｙｃｌｅｓ ｏｆ ｗｅｌｄ ｔｏｅ

　 　 由图 ５ 可知，由于顶板⁃Ｕ 肋焊缝主要承受车

轮弯曲荷载，横桥向正应力 σｘ 变化最为明显，应
力水平远大于其他应力分量。 σｘ 对疲劳开裂的

贡献最大，实际裂纹扩展方向与 σｘ 接近垂直。 其

他应力分量的存在是引起扩展方向不垂直于 σｘ

的重要原因。 其中纵桥向正应力 σｚ 的水平接近

于σｘ，这与 Ｕ 肋简支于横隔板承受纵桥向弯矩的

受力形式一致。 σｚ 以压应力为主，对 Ｘ 方向的裂

纹张开具有促进作用。 车轮的局部冲切使得切应

力 τｘｙ 的水平也较高。 从开裂机理来看，切应力是

疲劳损伤的主要原因，τｘｙ 对裂纹扩展的驱动作用

亦不可忽略［１１］。 对于横隔板间细节，当车轮作用

于细节正上方时，正应力 σｚ 达到了 σｘ 的 ４７ ５％，
切应力 τｘｙ 达到了 σｘ 的 ２６ ４％。

图 ５ 中绝对值最大的主应力 σｍ 与正应力 σｘ

的循环曲线变化趋势基本一致，且 σｍ 总体外包

σｘ。 应力幅偏差值 δ 的计算结果显示，各工况下

横隔板处细节 σｍ 与 σｘ 的偏差大于横隔板间细

节。 以图 ５ 中工况 １０ 为例，横隔板处细节的应力

幅偏差值 δ ＝ ０ ７２，横隔板间细节的 δ ＝ ０ ７７。 这

是由于横隔板造成顶板⁃Ｕ 肋焊缝局部约束条件

发生改变，进而导致多轴应力状态变得显著。 随

着车轮横向偏离细节距离 Ｄ 的增大， σｍ 与 σｘ 的

偏差程度变大。 以横隔板间细节为例，当距离

Ｄ＝ ０ ｍｍ（工况 ６），应力幅偏差值 δ＝ ０ ９０；当 Ｄ＝
３００ ｍｍ（工况 ８），δ ＝ ０ ８９；当 Ｄ ＝ ６００ ｍｍ（工况

１０），δ＝ ０ ７７。 该现象表明，随着荷载中心线逐渐

偏离细节，顶板⁃Ｕ 肋焊缝处的多轴疲劳效应越发

显著。

３　 单、多轴疲劳寿命评估对比分析

３ １　 Ｓ⁃Ｎ 曲线

如果能量化单、多轴疲劳寿命评估的差异，采
用单轴疲劳评估方法对细节的多轴疲劳寿命近似

估量，为实际工程提供简单可靠的参考，将具有重

要意义。 ２ ２ 节结果表明，正应力 σｘ 变化显著且

量值最大，故实际工程中常采用 σｘ 与 Ｍｉｎｅｒ 损伤

理论相结合，并基于 Ｓ⁃Ｎ 曲线对顶板⁃Ｕ 肋焊缝进

行单轴疲劳评估。 ２ ２ 节结果还反映出正应力 σｚ

和切应力 τｘｙ 对疲劳损伤具有贡献。 同时 １ ２ 节
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中指出绝对值最大的主应力 σｍ 与正应力 σｘ 的偏

差能反映细节的多轴疲劳效应，且主应力具有使

裂纹突破裂尖阻滞作用继续扩展的作用。 结合

σｍ 正负交替变化的特性，采用σｍ 与 Ｍｉｎｅｒ 损伤理

论相结合的方法对顶板⁃Ｕ 肋焊缝细节进行多轴

疲劳评估。
为了得到基于绝对值最大的主应力的多轴疲

劳强度，针对顶板⁃Ｕ 肋焊缝细节制作疲劳试件，
开展多轴比例加载试验，得到不同主应力幅作用

下的疲劳寿命，拟合 Δσｍ⁃Ｎ 曲线。
参照文献［５］的试验，选取疲劳试件为顶板⁃

Ｕ 肋焊缝细节截断足尺模型，共设计制作 ６ 个试

件，编号 ＳＪ１～ ＳＪ６。 试件采用 Ｑ３４５ｑＤ 钢，顶板尺

寸为 ６００ ｍｍ×３００ ｍｍ×１２ ｍｍ，顶板与 Ｕ 肋采用

熔透率为 ８０％的单面坡口焊缝连接，通过振动

疲劳试验机对试件进行弯扭加载，试件几何及

加载如图 ６ 所示。 通过改变悬臂长度 ａ 和偏心

距 ｂ 实现多轴比例加载，ａ、ｂ 取值见表 １。 采用

名义应力法，在距离焊趾 １０ ｍｍ 处布置应变花，
如图 ７ 所示。 参照文献［１３］，将裂纹深度达到

顶板厚度 ７０％作为试件破坏准则，整理各测点

此时应力数据，得到绝对值最大的主应力幅与

疲劳寿命，如表 ２ 所示。 ＳＪ５ 由于应变花损坏，
实测数据缺失，视为失效试件。

图 ６　 疲劳加载

Ｆｉｇｕｅ ６　 Ｆａｔｉｇｕｅ ｌｏａｄｉｎｇ

表 １　 试件加载参数

Ｔａｂｌｅ １　 Ｌｏａｄｉｎｇ ｐａｒａｍｅｔｅｒｓ ｆｏｒ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ ｍｍ

试件编号 悬臂长度 ａ 偏心距 ｂ
ＳＪ１ １７５ ４０
ＳＪ２ １７５ ８０
ＳＪ３ ２２５ ４０
ＳＪ４ ２２５ ８０
ＳＪ５ ２７５ ４０
ＳＪ６ ２７５ ８０

　 　 将各试件的疲劳试验结果绘制于双对数坐

标，线性拟合后得到基于绝对值最大的主应力的

图 ７　 测点布置示意图（单位：ｍｍ）
Ｆｉｇｕｅ ７　 Ｓｃｈｅｍａｔｉｃ ｄｉａｇｒａｍ ｏｆ ｍｅａｓｕｒｉｎｇ ｐｏｉｎｔ

ａｒｒａｎｇｅｍｅｎｔ （ｕｎｉｔ： ｍｍ）

疲劳强度 Ｓ⁃Ｎ 曲线，如图 ８ 所示。 考虑 ９７ ７％的

保证率，减去两个标准差，得到的曲线方程为：
ｌｇ Ｎ ＝ １１ ８７７ ５ － ３ｌｇ Δσｍ。 （４）

表 ２　 试件疲劳试验结果

Ｔａｂｌｅ ２　 Ｆａｔｉｇｕｅ ｔｅｓｔ ｒｅｓｕｌｔｓ ｏｆ ｓｐｅｃｉｍｅｎｓ

试件编号 应力幅 Δσｍ ／ ＭＰａ 循环次数 Ｎ ／万次

ＳＪ１ ６８ １１ ２３６ ３９
ＳＪ２ ７６ １０ １９１ ８１
ＳＪ３ ９３ ３４ １０５ ３８
ＳＪ４ １０１ ５５ ８０ ３１
ＳＪ６ ８５ ００ １２０ ６１

图 ８　 Δσｍ ⁃Ｎ 曲线

Ｆｉｇｕｅ ８　 Δσｍ ⁃Ｎ ｃｕｒｖｅ

　 　 以循环 ２００ 万次作为疲劳失效基准，得到基

于 绝 对 值 最 大 的 主 应 力 的 疲 劳 强 度 为

７２ ２５ ＭＰａ。
３ ２　 寿命评估的差异

由数值模拟或实桥监测可得顶板⁃Ｕ 肋焊缝

处的应力时程。 经雨流计数后，可得各工况下各

级应力幅及其循环次数。 根据《公路钢结构桥梁

设计规范》 ［１０］ 确定顶板⁃Ｕ 肋焊缝细节的正应力

幅疲劳强度曲线，并结合试验所得的绝对值最大

的主应力幅疲劳强度曲线，按照 Ｍｉｎｅｒ 线性损伤

累积理论分别进行单、多轴疲劳评估，疲劳损伤度

可通过式（５）得出。



３０　　　 郑 州 大 学 学 报 （工 学 版） ２０２０ 年

Ｎｉ ＝ ２·１０６·
Δσｆ

Δσｉ

æ

è
ç

ö

ø
÷

３

；

Ｄ ＝ ∑ ｎｉ

Ｎｉ
，

ì

î

í

ï
ïï

ï
ïï

（５）

式中： Δσｉ 表示各级应力幅；Δσｆ 为 ２００ 万次对应

的疲劳强度；ｎｉ 为雨流计数得到的 Δσｉ 的循环次

数；Ｎｉ 为疲劳失效时 Δσｉ 对应的循环次数。 对于

当前工程背景，单轴疲劳评估 Δσｆ 取 ７０ ＭＰａ，多
轴疲劳评估 Δσｆ 取 ７２ ２５ ＭＰａ。

为了量化单、多轴疲劳评估的差异，提出寿命

比 Ｒ：

Ｒ ＝
Ｎｍ

Ｎｘ

＝

１
Ｄｍ

１
Ｄｘ

＝
Ｄｘ

Ｄｍ
， （６）

式中： Ｎｍ 为多轴疲劳评估所得寿命；Ｎｘ 为单轴疲

劳评估所得寿命；Ｄｍ 为多轴疲劳评估对应的损伤

度；Ｄｘ 为单轴疲劳评估对应的损伤度。 由 Ｒ 定义

可知，Ｒ 越接近 １， 单、多轴疲劳评估的差异越小。
将疲劳强度和各级应力幅及其循环次数代入

式（５），可得单、多轴疲劳评估的损伤度 Ｄｘ 与 Ｄｍ，
式（６）可进一步表示为：

Ｒ ＝ ７２ ２５３

７０３
×
ｎ１１Δσ３

ｘ１ ＋ … ＋ ｎ１ｊΔσ３
ｘ ＋ … ＋ ｎ１ｐΔσ３

ｘｐ

ｎ２１Δσ３
ｍ１ ＋ … ＋ ｎ２ｋΔσ３

ｍ ＋ ｎ２ｑΔσ３
ｍｑ

；

Δσｘ ＝ ｍａｘ（Δσｘｊ ｊ ＝ １ ～ ｐ）；
Δσｍ ＝ ｍａｘ（Δσｍｋ ｋ ＝ １ ～ ｑ），

ì

î

í

ï
ïï

ï
ïï

（７）
式中： Δσｘｊ 为第 ｊ级正应力幅；ｎ１ｊ 为该级正应力幅

对应的循环次数，其中 ｊ ＝ １ ～ ｐ；Δσｍｋ 为第 ｋ级绝

对值最大的主应力幅；ｎ２ｋ 为该级主应力幅对应的

循环次数，其中 ｋ ＝ １ ～ ｑ。
对雨流计数结果进行分析，在筛除幅值较小

的应力幅后，存在以下规律：①各级应力幅对应的

循环次数相等；②正应力幅级数 ｐ 与绝对值最大

的主应力幅级数 ｑ 相等； ③各级应力幅中的最大

值远大于其他应力幅。 根据以上规律，将式（７）
上下同除以 Δσ３

ｍ，寿命比 Ｒ 可进一步简化为：

Ｒ ＝ Ａ
Δσｘ

Δσｍ

æ

è
ç

ö

ø
÷

３

＝ Ａδ３， （８）

式中： δ 为 ２ ２ 节定义的应力幅偏差值；Ａ 为差异

系数。
从式（８）可以看出，疲劳寿命比 Ｒ 与应力幅

偏差值 δ的三次方成正比，从而也论证了１ ２节中

偏差程度越大，多轴疲劳效应越明显的论断。

３ ３　 差异系数

以当前工程背景为例，对差异系数 Ａ 的确定

给出示例，具体确定过程如下：①采用雨流法对有

限元结果进行计数统计，得各工况下的应力幅及

对应的循环次数；②将疲劳强度等相关参数代入

式（５），得各工况下单、多轴疲劳损伤度；③分别

按照式（３）和式（６）计算各工况下的应力幅偏差

值 δ 和疲劳寿命比 Ｒ；④ 以 δ 为横坐标，Ｒ 为纵坐

标，将各工况的结果绘制于图 ９；⑤ 利用函数 Ｒ ＝
Ａδ３ 对图 ９ 中的散点进行拟合，从而得差异系数 Ａ
的具体量值。

图 ９　 Ｒ⁃δ 关系曲线

Ｆｉｇｕｅ ９　 Ｒ⁃δ ｒｅｌａｔｉｏｎｓｈｉｐ ｃｕｒｖｅ

　 　 由图 ９ 可知，曲线 Ｒ ＝ Ａδ３ 拟合结果良好（可决

系数为 ０ ９９７ ５），由此说明 ３ ２节的理论推导具有合

理性。 针对当前工程背景，拟合得 Ａ ＝ １ ０９５ ７７，疲
劳寿命比 Ｒ 与应力幅偏差值 δ 的关系为：

Ｒ ＝ １ ０９５ ７７δ３， （９）
　 　 Ａ ＝ １ ０９５ ７７ 仅针对当前工程背景得出。 若

能对国内大桥采样，在细节位置选取和应力时程

获取等过程中运用概率论与数理统计知识，最终

给出差异系数 Ａ 的分布规律，将对钢桥面板多轴

疲劳评估工作的开展具有重要理论意义。

４　 结论

（１）在单轴荷载下，绝对值最大的主应力等

于坐标轴向幅值最大的正应力。 在多轴荷载下，
绝对值最大的主应力与坐标轴向幅值最大的正应

力存在偏差，偏差越大，多轴疲劳效应越显著。
（２）对于顶板⁃Ｕ 肋焊缝，多轴疲劳效应随荷

载中心线偏离焊缝位置越发显著，横隔板处顶

板⁃Ｕ 肋焊缝的多轴应力状态更为明显。
（３）定义了疲劳寿命比 Ｒ 与应力幅偏差值 δ，

理论推导得 Ｒ 与 δ３ 成正比， 该关系为在单轴疲劳

评估的基础上进行多轴疲劳寿命评估提供参考。
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