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18CrNiMo7-6 渗碳钢相变塑性系数 

对残余应力的影响 

秦盛伟，张棒，赵辉辉，张玉芳 

（郑州大学 抗疲劳制造技术河南省工程实验室，郑州 450000） 

摘  要：目的 研究碳含量对相变塑性系数的影响，并精确仿真 18CrNiMo7-6 钢渗碳淬火后的残余应力分布。

方法 制备四种不同碳含量（0.21%、0.49%、0.65%、0.87%）的全渗透试样，分别进行不同应力水平下的膨

胀试验，测得不同碳含量试样的相变塑性系数 K，并输入 DEFORM-HT 中进行残余应力仿真，同时对

 16.72 mm 的圆柱试样进行渗碳淬火试验，以验证残余应力模拟的准确性。结果 前三种碳含量下马氏体相

变动力学参数 α 变化不大。基于此，提供了一种便于计算高碳含量试样不完整膨胀曲线的 K 值的方法，计

算四种不同碳含量试样的相变塑性系数分别为 7.16×10–5、5.45×10–5、5.53×10–5、6.01×10–5 MPa–1。分别采用

不考虑相变塑性即 K=0 MPa–1、取为基体值即 K=7.16×10–5 MPa–1 和试验测得与碳含量相关的相变塑性系数

进行残余应力仿真，其中采用试验测得相变塑性系数仿真结果与实测的残余应力吻合度最高，残余压应力

从表面到心部呈现先增大后减小的趋势。结论 经渗碳淬火后的试样表层存在碳梯度，不同碳含量下影响相

变塑性系数数值的主导机制不同，导致相变塑性系数随着碳含量的增加而先降低后升高，且其对

18CrNiMo7-6 钢渗碳淬火后残余应力分布的影响显著。 
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Effect of Transformation Plasticity Coefficient on Residual  
Stress of 18CrNiMo7-6 Carburizing Steel 

QIN Sheng-wei, ZHANG Bang, ZHAO Hui-hui, ZHANG Yu-fang 

(Henan Province Engineering Laboratory for Anti-fatigue Manufacturing Technology,  

Zhengzhou University, Zhengzhou 450000, Henan) 

ABSTRACT: The work aims to investigate the effect of carbon contents on the transformation plasticity coefficient and 

accurately simulate the residual stress distribution of 18CrNiMo7-6 steel after carburizing and quenching process. The samples 

with different carbon contents (0.21%, 0.49%, 0.65%, 0.87%) were carburized thoroughly and the expansion tests under 
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different stress levels were performed to determine the transformation plasticity coefficient K of the samples with different 

carbon contents. The K values were put into DEFORM-HT for residual stress simulation. Meanwhile, a carburizing and 

quenching test was performed on a   16.72 mm cylindrical sample to verify the accuracy of simulating residual stress. The 

value of the martensitic transformation kinetic parameters  did not change obviously with the carbon content, and a method 

was provided for calculating the K value of the incomplete expansion curve of the high carbon content sample based on  . 

The transformation plasticity coefficients of the samples with different carbon contents were 7.16×10–5 MPa–1, 5.45×10–5 MPa–1, 

5.53×10–5 MPa–1 and 6.01×10–5 MPa–1, respectively. Residual stress simulations were carried out with K=0 MPa–1, K=7.16× 

10–5 MPa–1, and the K values related to the carbon content measured by experiments. The simulation results of the 

transformation plasticity coefficients measured by experiments were consistent with the measured residual stresses, and the 

residual compressive stress increased from the surface to the core firstly and then decreased. There is a carbon gradient in the 

surface layer of carburized and quenched samples, and the leading mechanisms affecting the transformation plasticity coefficient 

are different under different carbon contents, which causes the transformation plasticity coefficient to firstly decrease and then 

increase with the increase of carbon content, and has a significant influence on the residual stress distribution of 18CrNiMo7-6 

steel after carburizing and quenching. 

KEY WORDS: carburizing; quenching; carbon gradient; transformation plasticity coefficient; DEFORM-HT; residual stress 

渗碳淬火作为表面强化技术中应用较广泛的加
工工艺[1]，能够有效增强机械构件表面强度，提高机
械构件寿命[2]。渗碳淬火过程中，由于组织转变、碳
梯度下的热膨胀系数不同、相变塑性等会引入复杂的
内应力[3-4]，其中相变塑性的计算和其对残余应力的
影响较为复杂。在进行热处理时观察试样内部应力的
变化是不太现实的，用于热处理的有限元软件
（HEARTS、DEFORM-HT[5]、COSMAP、NSHT、
Thermal Prophet 等）的出现，为研究热处理过程中应
力变化及热处理完成后的残余应力提供了方便[6]。 

相变塑性为材料在相变过程中受到低于屈服应

力的外加应力时发生的塑性变形，是影响残余应力分

布的一个重要因素。Greenwood and Johnson[7]、Leb-

lond[8-9]、Desalos 等人[10]分别提出了自己的相变塑性

计算模型，其中 Desalos 模型在有限元软件中应用较

广，其推出了较为通用的形式式(1)，这也是 DEFORM- 

HT 采用的形式。 
tp (2 )K     (1) 

式中： tp 为相变塑性，K 为相变塑性系数， 为
外加应力，  为子相体积分数。 

相变塑性系数 K 是表征材料某种相变的相变塑性
特征参数，其值对残余应力的仿真结果影响显著[11-12]。
关于 K 值的确定，前人做了大量的工作，由于试验误
差不好控制，不同学者所测得的结果各不相同，但总
体而言，K值的范围大多数是在 5×10–5~10×10–5 MPa–1

之间。陈睿恺[13]使用 Gleeble3500 测量了 30Cr2Ni4MoV

的贝氏体和马氏体的相变塑性，结果表明，拉压载荷
及外加应力大小（20~80 MPa 范围）对相变塑性系数
的影响较小，贝氏体和马氏体的相变塑性系数 K 值分
别为 8.9488×10–5 MPa–1 和 8.771×10–5 MPa–1。Liu 等[14]

对 26Cr2Ni4MoV 的相变塑性测量结果表明，相变塑
性系数 K 先随应力的增加逐渐增大，然后保持不变，

但学者普遍认为外加应力大小对相变塑性系数的影
响可忽略不计。渗碳钢表层存在碳梯度，不同距表面
距离处的材料的碳含量不同，相变塑性系数也将受到
影响，然而目前关于碳含量对相变塑性系数影响的研
究很少。本文将针对碳含量对相变塑性系数的影响及
相变塑性系数对 18CrNiMo7-6 钢渗碳淬火后残余应
力的影响进行研究，且对于高碳含量试样，本研究提
供了一种处理不完整膨胀曲线并计算 K 值的方法。 

1  试验材料与方法 

1.1  试样准备 

试验材料为广东省韶关中机重工有限公司提供

的 18CrNiMo7-6 锻件，其化学成分如表 1 所示。不

同碳含量的膨胀试验样品采用固体渗碳和真空扩散

来制备，将 4 批试样放入装有 100 g 不含催渗剂的纯

木炭粉末的陶瓷坩埚中，在 925 ℃下分别保温 0、0.5、

3、6 h，渗碳后样品中的碳含量分布不均，需在 1050 ℃

真空炉中保温 6 h 使碳原子分布均匀（利用 NJFY- 

CS100A 碳硫分析仪精确测定试样表层及心部的含碳

量），最后将样品在 910 ℃保温 30 min 后进行液氮淬

火，制备得到四种碳含量（质量分数分别为 0.21%、

0.49%、0.65%、0.87%）的全渗透匀质试样，且组织

为全马氏体。用于残余应力验证的试样（ 16.72   

130 mm ）所经过的气体渗碳、淬火热处理工艺如表

2 所示。 
 

表 1  18CrNiMo7-6 钢的化学成分 
Tab.1 Chemical composition of 18CrNiMo7-6 steel 

wt/% 

C Si Mn S P Cr Ni Mo Fe

0.21 0.34 0.72 0.004 0.01 1.58 1.4 0.26 Bal.
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表 2  渗碳淬火工艺 
Tab.2 Carburizing and quenching process 

Stage Time/min Temperature/℃ 
Carbon 

atmosphere/%C

1 60 850 0.6 

2 5 920 1.15 

3 350 920 1.15 

4 5 900 0.95 

5 180 900 0.95 

6 5 840 0.8 

7 40 840 0.8 

8 30 100 0 

 

1.2  膨胀试验 

相变塑性系数是通过不同应力下的膨胀试验计

算 得 到 。 将 制 备 得 到 的 不 同 碳 含 量 的 试 样 在

DIL805A/D/T 相变膨胀仪上进行试验，试验方案如图

1 所示，将样品以 10 ℃/s 升温至 1000 ℃并保温

10 min，然后将碳含量为 0.21%、0.49%、0.65%、0.87%

的试样，以 25 ℃/s 的速率，分别冷却至 500、450、

300、200 ℃，保温 10 s 后，在样品两端加载载荷（0、

40、60、80 MPa），并保持温度不变，加载的应变速

率为 0.0014 s-1。然后以 25 ℃/s 速率继续冷却试样，

同时保持载荷，直至冷却至室温。 
 

 
 

图 1  膨胀试验示意图 
Fig.1 Schematic diagram of expansion experiment 

 

1.3  残余应力的测量 

残余应力采用 PROTO 公司生产的 iXRD 高速残

余应力分析仪进行测量，执行标准为 EN15305—

2008[15]。采用饱和食盐水作为电化学腐蚀液对试样进

行局部剥层处理，以测量随深度分布的残余应力值。

选取试样中间段进行测量，每层取 1~3 个点测量。 

2  试验与仿真结果分析 

2.1  马氏体相变动力学参数 

18CrNiMo7-6 钢在淬火过程中，奥氏体相变生成

马氏体，因此本研究将关注马氏体相变。马氏体相变

为无扩散性相变，可用 Koistinen 和 Marburger[16]提出

的方程计算马氏体相变量，即 K-M 方程式(2)。 
ξ=1–exp[–α(Ms–T)] (2) 
其中，ξ 为马氏体体积分数；Ms 为马氏体转变开

始温度；α为比例系数，表示马氏体相变速率，许多

文献中直接取为 0.011[17]，本研究将通过试验数据计

算出在 18CrNiMo7-6 钢中的 α值。 

本文以 0.21%样品为例，说明 Ms 以及 α的计算

过程，如图 2 所示。图 2 中黑色实线为样品淬火过程

膨胀曲线。其中马氏体转变开始温度 Ms 采用双切线

法[13]来确定，相比于单切线法，其误差波动更小。不

同碳含量下试样的 Ms 如表 3 所示，很明显随着碳含

量的增加，Ms 不断降低。图 2 中红色曲线为马氏体

体积分数随温度变化的曲线，其求解过程为：分别线

性拟合马氏体转变开始前和马氏体转变完成后的膨

胀曲线得到黑色虚线 LA、LM 方程，取膨胀曲线中任

一点 B，求出 LM、LA 方程在该温度对应点 C、A 的

纵坐标，然后利用杠杆定理式(3)即可求出该温度处马

氏体转变量。将 Ms 值带入 K-M 公式，并拟合图 2 中

红色曲线即可得到 K-M 公式中唯一的未知量 α。

0.21%、0.49%、0.65%试样的 α 值分别为 0.0195、

0.0203、0.0207，如表 3 所示。 α值明显高于其他学

者的建议取值 0.011，这可能是不同材料的化学成分

差异造成的。由于 0.87%试样的 Mf 温度低于膨胀仪

冷却温度下限，马氏体转变没有完全完成，不能直接

求出 α值，且 α随碳含量变化不大，可将 0.87%试样

的 α值取为前三种 α值的平均值，同时 α值为下文中

处理不完整相变膨胀曲线提供依据。 
ξ=AB/AC (3) 

 

 
 

图 2  杠杆定理求解马氏体转变量示意图 
Fig.2 Schematic diagram of lever theorem for martensite trans-
formation 

 
表 3  不同碳含量下 Ms 和 α 的值 

Tab.3  Ms and α values of different carbon content samples 

Parameters 0.21%C 0.49%C 0.65%C 0.87%C

Ms/℃ 387 221 191 102 

α 0.0195 0.0203 0.0207 0.0202
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2.2  不完整膨胀曲线的处理 

0.87%试样的膨胀曲线是不完整的，这对计算其

K 值带来了困难。K-M 公式和杠杆定理在描述马氏体

体积分数随温度变化趋势上具有良好的一致性。基于

此，本研究给出一种以马氏体体积分数为中介，结合

K-M 公式和杠杆定理来处理不完整膨胀曲线，最终得

到计算相变塑性系数所必须的拟合直线 LM 的方法。

图 3 为 0.87%试样的马氏体转变过程的膨胀曲线。首

先作马氏体转变完成后的全部马氏体热膨胀曲线的

拟合直线 LM 式(4)： 
LM = y0 + αM*T (4) 
其中，斜率 αM 为马氏体热膨胀系数，可由线性

拟合马氏体加热阶段的膨胀曲线得到；T 为温度，是

自变量；y0 是未知数，决定直线 LM 在图中的上下位

置。其中 y0 的求法为：在马氏体转变的膨胀曲线上

任取一温度点 B，其横纵坐标值可由试验数据得到，

根据 K-M 公式可以求出 B 点的马氏体体积分数 ξ，A

点纵坐标可根据 LA 的方程计算得到，逆推杠杆定理

(3)即可以求出 C 点纵坐标值进而解出直线 LM 方程中

的 y0 值，从而明确直线 LM 的解析式，并可进行相变

塑性系数的计算。 
 

 
 

图 3  高碳样品膨胀曲线处理方法示意图 
Fig.3 Schematic diagram of processing high carbon sample 
expansion curve 

 

2.3  相变塑性 εtp 及相变塑性系数 K 

相变塑性是伴随着相变的过程而产生的，在马氏

体相变转变完成后，相变塑性不再发生变化，因此取

Mf 以下的温度点进行相变塑性计算。有无应力下的

相变过程产生的径向总应变量 β求法相同[10]，为： 
β = LM(T) – LA(T)  (5) 
式中：LM(T)和 LA(T)为使用 2.1 节和 2.2 节所述方

法拟合得到的直线方程 LM 和 LA 在低于 Mf 的某一温

度 T 下的值，如图 2 中 DE 段。 

相变塑性只在受到外部应力载荷的情况下产生，

因此在零应力作用下的相变过程中，径向总应变量 β0

可分为两部分[18]： 
β0 = βth + βtr (6) 

式中：βth 为温度改变引起的径向热膨胀应变量，

βtr 为组织转变引起的径向组织膨胀应变量。 

在有应力作用下的相变过程中，径向总应变量 βz

为[18]： 
βz = βth + βtr + βtp + βe + βp          (7) 
式中：βtp 为应力作用下的径向相变塑性应变；βe

为该应力下的径向弹性应变量；βp 为该应力作用下的

径向塑性应变量（本试验中施加的应力水平小于材料

组织中弱相的屈服强度，故 βp=0）。 

径向弹性应变量 βe 由外加应力决定，由胡克定

律知： 
βe = –μσ/E = – 0.3σ/E  (8) 
式中：μ为泊松比；σ为外加应力；E 为弹性模量。 

根据式(6)—(8)得径向相变塑性 βtp[18]为： 
βtp = βz – β0 – βe (9) 
由于通常使用的相变塑性为轴向相变塑性，根据

塑性流动法则知，轴向相变塑性 εtp 为： 

εtp = –2βtp= – 2(βz – β0 – βe) (10) 

由式(1)可得： 

K = εtp/[σξ(2–ξ)] (11) 

式中：ξ 为马氏体体积分数。当相变结束生成完

全马氏体时，ξ=1，则相变塑性系数 K： 
K = εtp/σ = – 2(βz – β0 – βe)/σ  (12) 
根据公式(5)、(8)、(12)，计算四种碳含量试样在

不同应力水平下的相变塑性系数，由于施加应力的大

小和方向不会改变相变塑性系数的取值[19-20]，因此将

同一碳含量试样在不同应力水平下的相变塑性系数

取平均值作为最终结果。不同碳含量试样的相变塑性

系数值如图 4 所示。 
 

 
 

图 4  不同碳含量的相变塑性系数 K 
Fig.4 Transformation plasticity coefficient K of different 
carbon content samples 
 

由图 4 可知，在同一种材料中，由于碳含量的不

同，相变塑性系数也会变化，且 K 值均处于 5×10–5~ 

10×10–5 MPa–1 区间内。基体相变塑性系数最大为

7.16×10–5 MPa–1，随着碳含量升高至 0.49%，相变塑

性系数变为 5.45×10–5 MPa–1，而后随着碳含量的升高

而增大。目前对于相变塑性有 Greenwood and Johnson
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机制和 Magee 机制两种经典的解释机制[21]。本研究

中 K 值随着碳含量的增加先下降后升高，说明在不同

的碳含量范围内，其主导机制是不同的。碳含量在

0.5%以下，Greenwood and Johnson 机制占主导地位，

由于母相子相的致密度不同，马氏体相变过程中引起

的体积变化导致相变区附近属于弱相的奥氏体发生

塑性变形，奥氏体的屈服强度会随着碳含量的升高而

升高，而屈服强度升高快于体积变化时，引起 K 值随

着碳含量的升高而减小。碳含量在 0.5%~0.87%时，

Magee 机制占主导地位，在高碳含量下主要生成片状

马氏体，片状马氏体在无应力情况下方向随机分布，

产生的切应力也相互抵消；在有应力时，片状马氏体

会优先取向，产生的微观塑性变形叠加成宏观的塑性

变形并形成相变塑性，随着碳含量升高，片状马氏体

数量增加，从而导致 K 值增加。 

2.4  残余应力的试验与仿真分析 

为验证相变塑性系数对材料渗碳淬火后残余应力

分布的影响，本研究将计算得到的不同碳含量下的相变

塑性系数输入 DEFORM-HT 软件，对 18CrNiMo7-6 渗

碳淬火残余应力进行仿真，并与试验测量值进行对

比。由于试样长度和直径比大于 6，可以认为圆柱试

样两端边界对心部无影响。因此，取圆柱试样中心极

小段建立渗碳样品的二维轴对称有限元模型，如图 5

所示，对称轴为 AB，采用四边形划分网格，设置网格

尺寸比为 1，共划分 7011 个单元格和 7224 个节点。在

CD 边上定义碳原子传递和热交换的第三类边界条件，

其中渗碳和扩散阶段的换热系数为 0.05 N/(s·mm·℃)，

淬火阶段的换热系数引自文献[17]，物质传递系数采

用王顺兴[22]提出的与温度相关的函数，炉内温度和碳

势变化见表 2。AC 边和 BD 边的上下方向速度设置为

0，AB 边的左右方向速度为 0，即在热处理模拟过程

中只考虑径向膨胀和收缩。模拟过程中所涉及的其他

参数均来自文献[17]、Jmatpro 计算及试验测量值。 
 

 
图 5  有限元模型 

Fig.5 Finite element model 
 

图 6 中散点是 18CrNiMo7-6 渗碳淬火后试样表

层残余应力试验测量结果，可以看出，在渗碳淬火热

处理后，试样表层出现了残余压应力，残余压应力由

表面到心部呈现先增大后减小的对号形状，心部保持

残余拉应力，表面残余压应力达到–170 MPa，最大残

余压应力出现在距表层 0.84 mm 处的亚表面且其值

达到–333.25 MPa，残余压应力层厚度达到 1.73 mm，

残余压应力的形成对试样寿命影响显著[23]。表层残余

压应力最大值出现在亚表面的主要原因是：表面高碳

含量导致表层材料的 Ms 远低于心部材料的 Ms，淬火

时由心部向表面逐渐形成马氏体，马氏体组织膨胀导

致残余压应力由心部到表面逐渐增加，但是表层高碳

含量梯度导致 Mf 急速下降，生成残余奥氏体，残余

压应力呈减小趋势[24]。 
 

 
 

图 6  仿真与试验残余应力对比 
Fig.6 Comparison of the measured and calculated residual 
stress values 

 
为研究相变塑性系数对残余应力的影响，模拟时

分别采用三种 K 值，即 K=0 MPa–1（不考虑相变塑性）、

K=7.16×10–5 MPa–1（取为基体值）及试验测得不同碳

含量下的 K 值，仿真结果如图 6 黑色、蓝色及红色曲

线。可以明显看出，利用试验测得的不同碳含量下的

相变塑性系数进行仿真的残余应力结果与试验测量

值最符合；K=0 MPa–1 时的仿真结果与实测值相差最

大，残余压应力显著增大；而 K 取为基体值时，残余

应力模拟值与实测值较为接近，特别是距表面 1.33 mm

至心部的部分，但表层至 1.33 mm 的残余应力值仍略高

于实测值。由于相变塑性对残余应力有松弛效应[25]，忽

视相变塑性（K=0 MPa–1，即黑线）会导致残余压应力

明显升高。同时，在模拟时蓝线前半部分（0~1.33 mm）

的 K 值高于红线，这也是蓝线前半部分残余压应力低

于红线的原因。由此可见，相变塑性系数 K 会受到碳

含量的变化而变化，且其对残余应力分布影响较大。 

3  结论 

1）相变动力学参数受碳含量的影响不大，

18CrNiMo7-6 钢的 α值为 0.0202，高于其他学者建议

的取值 0.011，这是由于化学成分的差异造成的。 

2）针对高碳试样的膨胀曲线不完整现象，本研

究提供了求解其相变塑性系数的方法。 

3）随碳含量的升高，相变塑性系数 K 先降低后

上升，这是由于在不同碳含量范围内，相变塑性的主

导机制不同，在碳含量低于 0.5%时，Greenwood and 

Johnson 机制占主导地位，K 值随着碳含量的增加而
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减小；碳含量为 0.5%~0.87%时，Magee 机制占主导

地位，K 值随着碳含量的升高而上升。 

4）在使用 DEFORM-HT 仿真时，相变塑性系数对

残余应力的仿真结果影响显著，使用不同碳含量下测得

的 K 值进行仿真的残余应力结果与实测值吻合度最高。 
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