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Ti–6Al–4V 螺旋铣孔切屑力模型综述*
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[ 摘要 ] 钛合金螺旋铣孔在飞机制造中已经得到越来越广泛的应用，然而切屑力作为体现刀具与工件相互作用本质

的重要物理量之一，却因螺旋铣偏心加工的特殊方式难以准确预测。以试验为基础的传统经验模型效率低、适用性

差，已经不能满足实际工况切屑力预测的需求。随着数值计算方法及有限元技术不断发展，基于金属切削理论构建

切屑力模型体现出优势，成为螺旋铣孔切屑力研究的焦点之一。在阐述二维切削理论的基础上，分析了解析模型的独

特优势；重点围绕有限元模型与热力耦合模型两个方面，概述钛合金螺旋铣孔切屑力模型的发展现状及趋势。
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[ABSTRACT] Widespread applications of titanium alloy material in helical milling have been significantly increasing in 
the aircraft manufacturing process. As one of the most important physical quantity, the cutting force can reflect the essence 
of interaction between tool and workpiece. However, it is difficult to predict the cutting force accurately due to the special 
eccentric machining method of helical drilling. The traditional experience model based on experiment has low efficiency 
and poor applicability, which can’t meet the demand of cutting force prediction in actual working condition. With the 
development of numerical calculation method and finite element technique, the modeling of cutting force based on metal 
cutting theory has reflected many advantages and became one of the focuses of the research on the cutting force of hole-
making by helical milling. In this paper, the unique advantages of analytical model are analyzed based on the illustration of 
two-dimensional cutting theory, and the development status and trend of cutting force model for helical milling of titanium 
alloy are summarized, focusing both on the finite element model and the thermo-mechanical coupling model. 
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钛合金作为典型难加工材料，在航空制造业中应

用广泛。如钛合金的使用率在国产三代机中可达到

15%~20%，在 F22 飞机中达到 38.8%，其中 Ti–6Al–4V
占比最高，约为 80%~90%[1–2]。飞机数字化装配中涉及

大量制孔加工，其数量往往以百万计。在面向钛合金

Ti–6Al–4V 的制孔过程时，采用先进的螺旋铣孔工艺较

传统钻削不仅表面质量好、出口毛刺少，在降低切屑力

与切削温度方面也凸显出一定优势，应用逐渐广泛 [3]。
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然而 Ti–6Al–4V 螺旋铣孔中切屑力的研究极具挑

战性，一直以来都是飞机制孔技术中的研究热点之一。

近年来，Ti–6Al–4V 螺旋铣孔切屑力在建模工作中的难

点主要有以下 4 点。

（1）螺旋铣孔运动学特征复杂，难以保证切屑力建

模的准确性。该制孔工艺采用偏心加工方式，结合螺旋

状进给路径，使其运动学矢量瞬时变化，大量简化条件

被引入切屑力建模过程，大幅降低模型的准确度。

（2）钛合金 Ti–6Al–4V 独特的物化属性，会产生切

屑力波动。由于 Ti–6Al–4V 的弹性模量小、化学活性大，

并且热导率低，在螺旋铣孔中产生的锯齿形切屑使切屑

力波动较大，导致对该类型切屑成型过程中的切屑力建

模和预测存在困难。

（3）螺旋铣孔工艺与专用刀具相结合，大幅增加切

屑力建模的难度。面向 Ti–6Al–4V 螺旋铣孔的专用刀

具除了必须具备刚度和硬度外，在刃型结构、切削角度、

涂层材料等多方面综合影响切屑力模型的构建难度。

（4）实际制孔过程中工况复杂，切屑力模型的近似

程度有待提高。基于加工系统、切削环境温度及其他不

确定因素的共同作用，切屑力精准建模越发困难。

目前，螺旋铣孔加工主要是利用立铣刀或专用刀

具在机床和机器人平台下完成，其加工机理与切屑力

建模方法皆不断发展。其中，以二维正交和三维斜角

切削为代表的基本切削理论，在建立精准的切屑力预

测模型方面已经不具优势。尤其针对航空用钛合金，

制孔精度与加工效率的要求越来越高，进一步增大了

螺旋铣孔过程切屑力建模的难度。近年来，螺旋铣孔

工艺与有限元技术紧密结合，给制孔过程切屑力模型

的构建带来了新的发展机遇，并成为当前螺旋铣孔技

术研究的一大热点。

本文根据螺旋铣孔运动学特征，结合钛合金

Ti–6Al–4V 材料属性，首先阐述了在螺旋铣孔过程中切

屑力建模的基础理论，进而阐明切屑力解析模型的优

势；从本构模型、切屑分离准则、摩擦模型、网格划分等

方面重点分析有限元技术在螺旋铣孔切屑力建模中的

应用；最后，引申概述热力耦合模型的研究近况及发展

趋势。

1 切屑力建模理论

螺旋铣孔的运动机理包括 3 部分：刀具绕自身轴

线的自转、刀具绕孔轴线的公转以及垂直向下的轴向

进给 [4]，如图 1 所示。由于刀具的公转速度远小于自

转速度，因此在一个微小的切削过程中，刀具中心的进

给轨迹可近似认为是稳定的直线运动 [5]，即螺旋铣孔时

刀具切削刃去除材料仍然是一种切削机制，而不是似钻

孔式的挤压 [6]。但是刀具端刃与刃角部分的切削机制

却不能看作是正交切削或斜角切削 [7]。螺旋铣孔时刀

具中心的运动轨迹是一条螺旋线，进给方向随时发生变

化，未变形的切屑厚度也随之改变，导致切屑力也随时

间发生周期性变化 [8]。

为实现螺旋铣过程切屑力建模，考虑刀具刃型结构

对材料去除的影响可知，以主切削刃（周刃）对孔壁材

料去除和副切削刃（端刃）对孔底材料去除两种形式为

主 [9]。以立铣刀为例，周刃和端刃产生的材料切除量比

例 R 为
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式中，DH 为孔径；DT 为刀具直径。        
在工件坐标系统下，螺旋铣孔过程中的切屑力包括

轴向力 Fa、切向力 Ft（也称进给力 Ff）和径向力 Fr（也

称法向进给力 FfN），与刀具坐标系统下的切屑力分量

Fx、Fy 和 Fz 之间的关系可由式（2）表示：
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螺旋铣孔过程切屑力变化规律与其切屑成型机理

紧密相关。面向钛合金的切屑成型过程中，在一次剪

切后往往会发生二次剪切，并形成锯齿状的规则切屑

段 [10]。目前锯齿型切屑的形成理论主要有 3 种 [11–12] ：

周期性裂纹扩展理论、绝热剪切理论以及二者的组合。

文献 [12–14] 认为切屑呈锯齿状的根本原因通常与绝热

剪切（温度的大幅升高导致的局部化变形）有关。研究

中发现当切削速度低于 140 m/min 时，切屑力是绝热剪

切形成的主导因素，当切削速度高于 140 m/min 时，温

度是绝热剪切带形成的主导因素 [15]。

图 1 螺旋铣运动机理

Fig.1 Mechanism of helical milling motion
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2 切屑力解析模型

区别于传统经验模型，解析模型建立了切屑力与材

料几何特征、摩擦及力学性能等方面的数学关系，可在

不方便试验时对切屑力进行预测，以避免刀具的快速磨

损与损坏而导致的已加工表面质量恶化，从而实现切削

机理的准确描述。近年来，许多学者针对螺旋铣孔过程

的切屑力解析模型开展了大量研究工作。

Rey 等 [6] 采用局部化处理建立了切屑力分析模型，

将所得轴向、法向、切向微分力求积以模拟全局切屑力。

结果表明此分析模型所得切屑力与同条件下试验所得

切屑力相比，二者具有高度相关性，且轴向切屑力误差

仅为 5.3%，如图 2（a）所示。计算轴向部分和径向部

分的各切向力时只需将式（3）中 Δ 具体化为 tip（轴向

部分，当 rAi = 0 时，积分区间为 rAi ~（Rt – Rb））和 chf（径

向部分，当 rAi =（Rt – Rb）时，积分区间为 rAi ~Rt）即可。

如图 2（b）所示，Lin 等 [16] 将螺旋刃沿着轴向划

分为一系列无穷小的斜刃微元，建立了面向立铣刀的螺

旋铣孔切屑力解析模型，与 Rey 等 [6] 模型相比不仅优

化了切削模拟过程，还减少了对切屑力系数烦冗的试验

校准。最终得到的合力与各微元分力的关系式如式（4）
所示，此模型所得切屑力与同条件下试验所得切屑力相

比，二者亦具有高吻合度。其中，Fc 为轴向力；Fn 为法

向力；Ft 为切向力；F（t）为随时间的不同力的积分；ap

为轴向切深；g（φ j（t，z））为侧刃铣削作用系数（工作

时为 1，否则为 0），φ j（t，z）是点 P 高度为 z 时第 j 个切

削刃的径向切入角变化。
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（4）
此外，Wang[17] 与 Fu[18] 等也采用先局部后整体的思

路建立了不同的切屑力解析模型；Wang 等 [17] 得出螺旋

铣削的切屑力随切削深度或公转速度的增加而增大，而

随主轴转速的增加而减小的结论；Fu 等 [18] 分析了工件

材料特性、刀具几何形状、切削条件和铣削类型对切屑

力的影响规律，并分别通过试验与有限元建模的方法，

对切屑力系数进行了识别和讨论。Zhou 等 [19] 采用平

均切屑力法标定特殊切屑力系数，建立的解析模型可用

于预测螺旋铣孔稳定切削阶段半旋转周期产生的切屑

力与进给量等的关系。而 Shang 等 [20] 针对螺旋铣孔过

程中切屑力解析模型的系数提出了不同的标定方法，

并进行了试验验证。Chen 等 [21] 基于立铣刀的变螺距

加工过程建立了切屑力解析模型，并面向 4 种立铣刀结

构实施螺旋铣孔试验研究，从而验证了所提模型的有效

性与一致性。Bai 等 [22] 基于正交切削采用非等距剪切

带模型对主剪切区的剪切应变场、剪切应变率场和温度

场进行计算，并通过简化的传热方程实现了对温度的预

图 2 两组分析模型模拟切屑力和实测切屑力的比较

Fig.2 Comparison of simulated cutting force and measured cutting 
force between two groups of analytical models
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300

250

200

150

100

50

0

C
ut

tin
g 

fo
rc

e/
N

0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.10 0.12 0.14 0.16 0.18
Time/s

FXY measured
FZ measured
FRT simulated
FA simulated

150

100

50

0

-50

-100

-150

C
ut

tin
g 

fo
rc

e/
N

0 45 90 135 180 225 315 360270
Cutter rotation angle/（°）

X simulated
Y simulated
Z simulated

X measured
Y measured
Z measured

（b）Lin等[16]模型模拟



1112022年第65卷第22期·航空制造技术

RESEARCH 研究论文

测，为接近更真实的工况奠定了基础。

3 有限元仿真模型

有限元仿真模型作为最常用的数值模型，与传统经

验模型相比，具有方便快捷、灵活高效等优势，被许多学

者用于螺旋铣孔切屑力建模的研究中。为了保证在平

面应变条件下建立模型，有学者提出应考虑几个重要假

设 [23] ：切削速度方向与切削刃垂直、刀刃比工件的宽度

宽、刀尖不参与切削过程、切屑厚度（进给量）最大为切

削宽度的 1/5。可采用分离层方式与未采用分离层形式

构建切削过程的几何模型 [24–25]。

在螺旋铣孔切屑力有限元仿真模型的研究中，主要

涉及本构模型、切屑分离准则、摩擦模型以及网格划分技

术 4 个方面，近年来国内外学者对此展开了大量研究。

3.1 本构模型

要描述不同材料在不同程度下的变形，就需要建

立本构方程 [8]，在构建螺旋铣孔切屑力有限元模型过

程中，被广泛采用的本构模型包括 Johnson–Cook 本构

模型 [26]、Calamaz 改进的 Johnson–Cook 本构模型（TANH 
1）[27–28]、Sima–Özel 改 进 的 Johnson–Cook 本 构 模 型

（TANH 2）[29] 和 Hou 改进的 Johnson–Cook 本构模型

（TANH 3）[30] 4 种。

（1）Johnson–Cook 本构模型 [26]。将材料流动应力

与应变、应变速率和温度用一个式子联系起来，通过霍

普金斯试验中的应力 – 应变曲线获得系数，即
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式中，A 为屈服强度；B 为硬化模量；n 为应变硬化指

数；C 为应变率灵敏度；m 为热灵敏度；ε· 为等效塑性
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铝合金中各参数对切屑力的影响程度为：热灵敏度 m >
硬化模量 B > 应变率灵敏度 C > 应变硬化指数 n[31]，在

应用于 Ti–6Al–4V 时可做一定参考。

研究发现，由于试验条件、材料的化学成分和热处理

不同，同一种材料的几组参数也不同。Ti–6Al–4V 常用

的 4 组 Johnson–Cook 本构方程参数见表 1[26–27，29–30，32–33]。

（2）Calamaz 改进的 Johnson–Cook 模型（TANH 1）[27]。
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式中，D 和 S 是引入的中间变量；a、b、c、d 是材料常数，

可分别取 1.6、0.4、6、1，而其余参数与 J–C 模型含义相

同。参数 a 与 c 修正了 a 在高应变时应力应变下降的

斜率以及 c 在相对低应变时（选取应力后）应力应变下

降的斜率；参数 b 给出了所取应力的应变值；参数 d 越

低，应变软化现象越严重。而刀具 – 切屑界面的应变软

化量和摩擦条件对切屑力的影响较小。

（3） Sima–Özel改进的 Johnson–Cook模型（TANH  2） [29]。

表 1 Ti–6Al–4V Johnson – Cook 本构方程的 5 个参数

Table 1 Five parameters of Ti – 6Al – 4V Johnson – Cook constitutive equation

本构模型 适用条件 A/MPa B/MPa n C m

Johnson–Cook[26, 32] T≤600 ℃，ε· ≥103 s–1，ε=0.3 880 331 0.8 0.012 0.34

Calamaz[27] 改进 T≤1000 ℃，ε·=1.4×103 s–1，ε≤0.25 968 380 0.421 0.0197 0.577

Sima[29, 33] 改进 T≤1000 ℃，ε·=1.4×103 s–1，ε≤0.25 997.9 653.1 0.45 0.0198 0.7

Hou[30] 改进 T：25~600 ℃，ε·=4×103~12×103 s–1 920 400 0.578 0.042 m1=0.158, m2=0.633
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是在 THAN 1 的基础上又引入指数 S 来进一步控制热

软化的 tanh 函数，并在应变硬化部分增加了一个乘法

项，可用于更高应变值下的流动软化，使得流动软化现

象不仅与温度有关，而且与应变有关。模型为
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式中，控制高温下热软化的 tanh 函数的参数 S 和参数 b、
d、r 一起控制软化趋势，参数 S 的值越大，就越快进入

软化区。

（4）Hou 等 [30] 改进的 Johnson–Cook 模型（TANH 
3）。其在加工硬化项中引入了温度函数，以描述温度依

赖硬化效应的现象，从而更好地预测 Ti–6Al–4V 在高应

变率和高温度条件下的流动应力行为，即
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式中，m1 为随应变增大的热敏系数，可取 0.158，而其余

参数与 J–C 模型含义相同。

Ducobu 等 [34] 对 Johnson–Cook 本构模型、TANH 
1 和 TANH 2 本构模型进行了钛合金 Ti–6Al–4V 螺旋

铣孔有限元模拟与试验验证，认为 Sima–Özel 改进的

Johnson–Cook 模型 （TANH 2）能够预测不同类型的切

屑形貌 （锯齿、连续），并较精准预测不同切削条件下的

切屑力等定量信息。Kugalur 等 [35] 对 Johnson–Cook 本

构模型、TANH 1 和 TANH 3 本构模型进行了 9 组模拟

与试验对比，最终认为 Hou 等 [30] 改进的 Johnson–Cook
模型 （TANH 3）能够更准确地预测切屑力、进给力以及

切屑厚度。得出切屑力均方根值与二次剪切区温度呈

正相关，切屑厚度与进给力均方根值成反比的结论。而

TANH 2 与 TANH 3 两种本构模型的适用范围却不同，

因此，可根据所需场合选用合适的本构模型，从而取得

更精确的模拟结果。

3.2 切屑分离准则

在钛合金螺旋铣孔过程的有限元模型中，切屑分离

常基于几何准则和物理准则实现。而物理准则较几何

准则更加贴合实际，其中物理准则中两阶段渐进损伤模

型可以对 Ti–6Al–4V 高速切削过程中的切屑形成过程

（包括损伤萌生和损伤演化过程）进行更精准描述。

（1）Johnson–Cook 剪切失效模型可作为初始损伤

准则 [36]，由式（9）表示，包含 5 个破坏参数 di （i=1，2，3，
4，5），分别表示初始破坏应变、指数因子、三轴因子、应

变率因子和温度。而当标量损伤参数 ω=1 时，代表单

元中的损伤开始，此参数由式（10）所示的累积损伤定

律决定。

�
�

�
�0 1 2 3 4

0

1i
JC

P
� �

�

�
�

�

�
�

�

�
�
�

�

�
�
�

�
�

�
��

�

�
��

�

�
�
�

�
d d d dexp ln





p

p

��
�
�

�
�
�

�

�
�

�

�
�

�

�
�
�

�

�
�
�

1 5
0

0

d
T T
T T

w

m

         �
�

�
�0 1 2 3 4

0

1i
JC

P
� �

�

�
�

�

�
�

�

�
�
�

�

�
�
�

�
�

�
��

�

�
��

�

�
�
�

�
d d d dexp ln





p

p

��
�
�

�
�
�

�

�
�

�

�
�

�

�
�
�

�

�
�
�

1 5
0

0

d
T T
T T

w

m

 （9）

�
�
�

�
�

�
�
�

�

�
�
�� �

p

0i
 （10）

式中，Δε- ·p 为等效塑性应变的增加；ε0i 为当前等效应

力条件下的等效断裂应变。表 2[36–38] 给出 3 组不同

分离式霍普金森压杆试验 （SHPB）试验条件下测得的

Johnson – Cook 失效模型参数。

（2）采用基于位移的线性软化延性破坏准则来减

轻网格依赖性，式（11）给出了随塑性位移的线性损伤

演化 [7]。

u- p=Lε -- p （11）
式中，L 是单位特征长度，定义为单位面积的平方根，用

于减小网格尺寸的影响。可见，剪切带的塑性应变与网

格尺寸成反比，因此，等效塑性位移 u- p 受网格尺寸的影

响较小。

损伤参数 D 可用式（12）进行定义：

D L
u

u
uf f

� �
� p

p

p

p  （12）

式中，当等效塑性位移 u- p 传至失效塑性位移 u- pf 时，切

屑元件节点中的参数 D=1。当 D=1 时，完全损坏的切

屑单元从网格中移除，未完全损坏的单元也会出现切

屑。同时，去除分离层的元素，将切屑与工件分离。

3.3 摩擦模型

在有限元分析过程中，除了注意工件材料的流动应

力特性与破坏准则之外，还需要特别关注刀具 – 切屑界

面的摩擦特性，对于钛合金螺旋铣孔过程的有限元仿真

分析也不例外 [39]。学者们普遍认为，刀具 – 工件界面

的摩擦可以用刀具刃口上的法向应力和摩擦应力之间
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的关系来表示。而螺旋铣孔不仅涉及端部切削，而且还

涉及周边切削，因此，摩擦可以发生在以下 4 个界面：端

部切削侧面边缘 – 工件界面、周边切削侧面边缘 – 工件

界面、端部切削前刀面 – 切屑界面和外围切削前刀面 –
切屑界面 [40]。

在有限元建模过程中，大都采用库仑摩擦模型 [26]，

或者根据刀具 – 切屑界面的摩擦特性，假设摩擦系数为

常数 [41]。另外，某些情况下刀具 – 切屑界面的摩擦可

忽略 [23]。白冰 [42] 比较了库仑摩擦模型、剪切 – 滑移摩

擦模型、变摩擦系数模型模拟加工 Ti–6Al–4V 产生的切

屑力，结果表明，变摩擦系数模型更合理，变摩擦系数模

型表达式如式（13）所示 [43]。此外，考虑变摩擦系数模

型仿真时切屑绝热剪切现象最严重，且切屑锯齿化系数

最高，而库仑摩擦模型的绝热剪切现象最弱，锯齿化系

数最低。

� � �
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( ) . . ( ) /

[ . . ( . ) ( .
max

� � �
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0 41 0 103 25 1000

0 497 0 507 0 3 955 3 00 943. * )]
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n

 （13）

式中，μ为摩擦系数；θ为摩擦区域温度；τmax 为极限剪

切应力；τ为摩擦应力。

3.4 网格划分

在网格生成过程中需要控制单元的畸变程度，因此

螺旋铣孔有限元模型进行合理有效的网格划分就显得

极为重要。有学者建议在 Ti–6Al–4V 螺旋铣孔时使用

长度至少比刀具刃口半径小 200% 的网格单元，并避免

网格单元大小方向影响结果，建议使用方形网格单元效

果最佳 [44]。划分网格的方法目前有 4种，即拉格朗日法、

欧拉法、任意拉格朗日欧拉法（ALE）、耦合拉格朗日欧

拉法（CLE），其主要特点总结如表 3 所示 [7，22，25，41]。

基于欧拉法、任意拉格朗日欧拉法（ALE）、耦合拉

格朗日欧拉法（CLE）进行网格划分，通过主要用于切

削机理研究的二维切削模拟，得到的切屑力模拟值与实

测值的对比结果如表 4 所示 [41，45–46]。可以看出，在不同

的加工条件下，通过不同的参数组合及理论方法的对

比，有限元模拟可应用于刀具的优化设计与减少磨损、

工件表面质量提高与出口毛刺减少、并可建立较高精度

的切削数据库，进而用于指导实际应用。

表 3 网格划分方法特点总结

Table 3 Characteristic summary of mesh generation method

特点
方法

拉格朗日法 [22] 欧拉法 [7] ALE[7] CLE[25, 41]

采用切屑分离层
不采用

（不需事先指定切屑尺寸）
采用（需事先指定切屑尺寸） — —

切屑分离准则
几何法 / 物理法
（需重划网格）

不使用 不需重划网格 不使用

本构方程复杂程度 一般 复杂 一般 一般

网格随材料移动 移动 不移动
自由边界移动 /

显著变形位置不移动
拉格朗日网格移动 /
欧拉网格不移动

应用场合 非稳态 稳态（几何尺寸已知） 瞬态
稳态 / 非稳态、瞬态 /

大变形

计算精度 中 低 较高 高

表 2 Johnson–Cook 失效模型的参数选择 [36–38]

Table 2 Parameter selection of Johnson – Cook failure model[36–38]

模型 适用条件 d1 d2 d3 d4 d5

Johnson–Cook[36] T=25 ℃，ε·=10–2~104 s–1，ε<0.6 -0.09 0.27 0.48 0.014 3.87

Kay[37] T=25 ℃，ε·=10–2~104 s–1，ε<0.6 -0.09 0.27 0.48 0.014 3.87

Hammer[38] T=25 ℃，ε·=5×102~8×103 s–1，ε<0.5
T= –50~ 600 ℃，ε·=10–4~1 s–1，ε<0.7

-0.8 1.18 -0.15 -0.012 2.10
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表 4 基于不同网格划分方法切屑力模拟值与实测值的对比

Table 4 Comparison of simulated and measured cutting forces based on different meshing methods

内容 欧拉法 [45] ALE[46] CLE[41]

典
型
仿
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结
果
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主
要
结
论

（1）若进给速度比切削刃半径大，则测
量力和预测力等之间的一致性很好；

（2）进给速率与刀刃半径之比足够大，
则该模型方法可用于具有刀刃半径
的刀具

（1）为了估计精确的切屑力，采用欧拉 –
拉格朗日边界的 ALE 法优于采用拉
格朗日边界的 ALE 法；

（2）应用欧拉 – 拉格朗日边界的 ALE 法，
可建立较高精度的切削数据库

（1）基于 TANH 模型（THAN 1）和绝热 J–
C 模型的 CEL 法模拟切屑力具有相同
的振荡频率，TANH 模型更好地描述
了剪切带的演化；

（2）在金属切削模拟中，CEL 模型对网格
几何形状的依赖性较弱

另外，基于拉格朗日法划分网格，传统钻孔与螺旋铣

孔切屑力模拟值与实测值的对比结果如表 5 所示 [40，47]，

由于传统钻孔只有刀具的自转与轴向进给，故径向力为

0，只研究轴向力。而螺旋铣孔不仅有刀具的自转与轴

向进给，还有绕加工孔中心的公转，因此径向力和轴向

力均需考虑。由于径向力主要影响孔壁质量，而轴向力

主要影响出口毛刺等，因此螺旋铣孔较传统钻孔孔壁质

量好、出口毛刺少。 
3.5 钛合金 Ti–6Al–4V 螺旋铣孔过程的热力耦合研究

在研究钛合金 Ti–6Al–4V 螺旋铣孔切屑力中，发

现切削温度与切屑力产生耦合作用，从而引起学者们的

重视。切削温度的研究方法主要包括移动热源法、偏微

分方程法和经验公式法 [48]。其中，采用移动热源 [49] 和

Huang[50] 等切削温度模型得到许多研究者的认可，并随

着理论模型的发展而逐渐被改进。如 Shan 等 [51] 基于

以上两种切削温度模型，采用移动热源法计算了刀具、

切屑和工件中各点的温度，提出了一种改进的钛合金

正交切削温度分析模型，在一定切削参数范围内，其计

算精度略高于 Huang 切削温度模型。其中，对钛合金

Ti–6Al–4V 传统钻孔与螺旋铣孔过程的切屑形貌及切

削温度做出了对比，结果如表 6 所示 [3，8]。

钛合金 Ti–6Al–4V 的热物理性能对螺旋铣孔过程

的切屑力变化规律具有重要影响。其相关参数主要包

括杨氏模量、电导率、热膨胀系数和比热，可被认为是温

度的函数 [52]，如表 7 所示 [52–53]。其中，钛合金 Ti–6Al–

4V 的热膨胀系数和比热皆随着温度的升高而增加，具

体参数：工件材料的比热在室温下为 565 J/（kg·K），

980 ℃下为 1060 J/（kg·K） ；室温下的电导率约为 6.6 
W/（m·K），1050 ℃下约为 21.5 W/（m·K）；而热膨胀

系数在室温下为 9.4×10–6 K–1，1000 ℃时为 1.07×10–5  

K–1[53]。刘具龙等 [54] 从切削机理出发，建立了刀具 / 工
件接触区域温度预测模型，通过半人工热电偶测温试验

对模型的可行性与准确性进行了验证。

以上针对切削过程构建的温度场模型存在一定差

异性，主要表现在分析时的前提假设不同，包括热源的

性质、热分配比的估计、热源的运动方向和边界条件等。

基于螺旋铣孔工艺，钛合金 Ti–6Al–4V 的切屑成型过程

具有极其复杂的热机械特性，随着刀具与工件材料之间

相互作用的瞬时变化，切削温度与切屑力产生循环反复

效应，由此推动了螺旋铣孔热力耦合场建模的发展。目

前 Wimmer 等 [55] 结合已建立切屑力解析模型，将所提

出的工艺热模型与数值模型耦合，以预测加工引起的变

形。构建切屑力综合模型的方法将有利于提高切屑力

预测模型的准确性，进而指导螺旋铣孔工艺参数优化，

实现最终制孔质量的提高。

4 结论

学者们在螺旋铣孔切屑力分析模型与有限元模型

等方面做出了许多成果，但仍然有许多待解决的问题。

接下来的工作可围绕以下 4 个方面进行。
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表 5 基于拉格朗日网格法传统钻孔与螺旋铣孔切屑力模拟值与实测值的对比 [40，47]

Table 5 Comparison of simulated and measured cutting forces between traditional drilling and helical milling based on the Lagrange method[40，47]

内容 传统钻孔过程 [47] 螺旋铣孔过程 [40]

拉格朗日
网格 40 mm

X
Z

Φ12 mm Φ10 mm

40 mm 5 mm

边界条件
工件：约束工件的底面与顶面上的 6 个自由度（ux=uy=uz=0）

刀具：约束刀具沿轴向方向自由度（ux=uy=urx=ury=0）
运动：刀具沿 Z 轴方向移动及旋转

工件：约束工件的底面与顶面上的 6 个自由度（ux=uy=uz=0）
刀具：约束刀具沿轴向方向自由度（Rx=Ry=0）

运动：刀具沿 Z 轴方向移动及旋转，并在 XY 平面上移动

切屑力
Fx=Fy=0，Fz 不断变化

研究对象：Fz

Fx 与 Fy 呈对称变化关系，Fz 不断变化
研究对象：Fx 或 Fy、Fz

结果

进给速度：95 mm/min  主轴转速：1400 r/min

900
800
700
600
500
400
300
200
100

0 1 2 3 4 5 6 7

Th
ru

st
 fo

rc
e/

N

Phase-1 Phase-2 Phase-3

Depth/mm

Experimental
FEA

进给速度：0.15 mm/r  主轴转速：2000 r/min  公转速度：320 mm/min

300

250

200

150

100

50

0

F z
/N

0 1 2 3 4 5 6
Cutting depth/mm

Predicted value
Measured value

250

150

50

-50

-150

-250

F x
/N

0 1 2 3 4 5
Cutting depth/mm

Predicted value
Measured value

应力分布
t=1 s t=2 s

t=3 s t=4 s

S. Mises/Pa
(Avg: 75%)

+1.20e+09
+1.00e+09
+1.00e+08
+9.00e+07
+8.00e+07
+7.00e+07
+6.00e+07
+5.00e+07
+4.00e+07
+3.00e+07
+2.00e+07
+1.00e+07
+5.00e+06
+1.00e+06
+6.00e+06

（a）切削深度1 mm （b）切削深度2 mm

1036
777
518
259
0

1036
768
512
256
0

（c）切削深度4 mm （d）切削深度5 mm

1036
777
518
259
0

1036
777
518
259
0

MPaMPa

MPa MPa

主要结论

（1）认为当切削速度在 25~45 mm/min 范围内钻孔时连续产生
切屑，J–C 模型对于钻孔模拟是足够准确的；

（2）轴向力、扭矩和表面粗糙度随着轴向进给速度的增加而增
加，随着主轴转速的增加而减小

（1）  此有限元模型根据不同加工参数估算轴向力，误差在3%~25%
之间；

（2）轴向力随轴向进给速度的增加而增加，随主轴转速的增加
而减小，且主轴转速和轴向进给对轴向力和进给力的影响
大于公转速度
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（1）解析模型对切屑力的预测与试验测量结果吻

合度较高，但因其机理复杂从而限制了使用。为了准确

预测切屑力以减少加工缺陷，目前仍然有许多学者在进

行螺旋铣孔的机理研究，以后可通过切屑力的分析模型

与有限元模型结合研究，更高效地完成对螺旋铣孔切屑

力的研究。

（2）有限元模型中由于本构模型的差别、切屑分离

准则的不同、因不同工况所采用的摩擦方式的区别以及

网格划分方式的是否合理与各材料性能的差异均会导

致切屑力模拟不准确，同时，在模拟之前进行了各种与

实际切削相出入的简化假设，在一定程度造成了与试验

结果之间的误差。未来的工作可以寻求与实际更相符

的模型参数及条件以进行更满足要求的有限元模拟。

（3）热力耦合模型虽更接近实际，但它受到切屑力

模拟中假设条件、近似简化等条件的限制，且温度在试

验中不易测量，因此，热力耦合研究的发展与验证依旧

存在挑战。未来可通过优化模拟条件、温度测量方法与

检测仪器等，逐步提升切屑力与温度的理论分析与实际

测量精度。

（4）螺旋铣孔的运动方式较钻孔、铣削等更复杂，

通过对其运动机理的深入了解，可结合刀具设计、材料

表 6 传统钻孔与螺旋铣孔的切屑形貌及切削温度的对比 [3，8]

Table 6 Comparison of chip morphology and cutting temperature between traditional drilling and helical milling[3，8]

内容 传统钻孔过程 [3] 螺旋铣孔过程 [3, 8]

切屑形貌
长锥形螺旋切屑

切屑缠绕钻头

切屑及碎屑的主要形式

蝌蚪形切屑

Chip
head

Main type
of chips Chipping

5.0 mm

Chip tail

温度分布

Max=377.1 ℃

600
540
480
420
360
300
240
180
120
60

Max=226.9 ℃[3]

270
240
210
180
150
120
90
60
30

表 7 Ti–6Al–4V 的热物理力学性能

Table 7 Physical and mechanical properties of Ti–6Al–4V

材料特性 Ti–6Al–4V

杨氏模量 /MPa E（T）= –0.714T+113375

电导率 /（W·m–1·℃–1） λ（T）=7.039e0.0011T

热膨胀系数 /（μm·m–1·℃–1） λ（T）=3×10–9·T+7×10–6

热容 /（J·kg–1·℃–1） Cv（T）=505.64e0.007T
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性能等方面的综合优化，提高对螺旋铣孔切屑力分析的

准确性与高效性。
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