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焊接 / 连接是制造技术的重要组成部分，也是现代工业中不

可或缺的环节，尤其在现代航空航天业，其反映了整个行业的制

造能力和水平，也是新技术、新工艺和新材料等研究与应用的竞

争领域。高速、高温、极端环境等严苛服役条件对飞行器的结构

设计、材料和制造提出了更高的要求，特别是轻量化、长寿命、高

可靠性、结构功能一体化等对特种焊接 / 连接技术提出了新的挑

战。因此，在提高现有激光焊、搅拌摩擦焊、线性摩擦焊、瞬时液

相扩散连接和钎焊等连接技术水平的基础上，开发新型焊接或

连接方法，研制相应的数字化自动化装备是特种焊接 / 连接技术

发展的必然趋势。

特种焊接 / 连接技术的开发正面临多方面挑战。挑战之一

来自新材料的出现，铝、镁等轻质材料及高强高温钛合金、金属

间化合物、陶瓷等新型高温结构材料的应用愈发广泛。采用传统

焊接 / 连接方法实现新型材料的连接很难满足实际服役性能要

求。因此，开展针对新材料的新型焊接 / 连接技术开发，揭示接

头的冶金过程，并阐明其连接机理是首要任务。另一方面的挑战

来自新结构对焊接 / 连接方法的限制，因此针对航空航天产品中

的新结构开发焊接 / 连接新方法也是当前研究的重点。

本专题围绕航空航天领域涉及的新材料及异种材料连接、特

种连接技术与装备和航空发动机重要部件的焊接与连接等主题

进行征稿，最终收录 10 篇代表性论文。其中包含轻质材料的搅

拌摩擦焊、高温结构材料的激光焊和线性摩擦焊、外加超声能场

辅助连接技术以及典型金属多孔夹层结构的钎焊等，对读者了

解相关领域的研究进展和发展趋势具有重要参考价值。希望本

专题的出版能够进一步推动我国航空航天制造中先进焊接 / 连

接技术的发展。

客座主编  宋晓国

哈尔滨工业大学教授，山东省

特种焊接技术重点实验室主
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选哈工大青年拔尖人才、山东

省泰山学者特聘专家计划、国

家高层次青年人才计划。承担

国家自然科学基金、国家科技

重大专项、装发预研等科研项
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南昌航空大学教授，江西省航
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主任。入选国家百千万人才工

程，江西省“千人计划”科技

创新高端人才、江西省青年井

冈学者等。主持国家自然科学

基金、国防基础科研项目、江

西省重点研发计划项目等20余

项，授权发明专利30余项。
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简 讯 NEWS
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近日，德国马普所钢

铁研究所研究人员与多个

研究团队合作，提出了一

种新的基于机器学习的高

熵合金设计方法，极大地

提高了高熵合金的设计

效率，并成功地设计了多

种新型高熵因瓦合金。该

研究以Machine learning-
enabled high-entropy alloy 
discovery 为 题 发 表 在

Science 上。

马普所的科学家们联

合多个研究团队共同开发

了具有普适性的主动学习

框架，通过结合生成模型、

回归集成、物理驱动的学

习和试验，展示了该框架

在高熵因瓦合金的组合设

计方向的应用，并基于非

常少的试验数据证明了其

在设计高熵合金方面的能

力。整个工作流程只需要

几个月的时间，而传统的

合金设计方法可能需要数

年和更多的试验。该研究

团队成员期望未来此方法

可以在高熵合金设计中同

时优化多个性能，并能够

应用到其他结构和功能材

料的设计和优化中。

下图为基于主动学习

的高熵合金设计框架。

 （本刊记者   逸飞）   

2022 年 10 月 3 日，

Nature Communications 在

线发表了上海交通大学材

料科学与工程学院轻合金

研究所材料智能设计与

加工研究室曾小勤教授

团队的研究成果Towards 
development of a high-
strength stainless Mg alloy 
with Al-assisted growth of 
passive film。该研究通过

合金化设计，在镁合金表

面引入具有持久钝化效果

的保护膜层，并提出一种

大幅度协同提高镁合金强

度和耐蚀性能的制备方

案，颠覆了人们对镁合金

合金化在提高强度的同时

会因电偶腐蚀大幅度损失

耐蚀性的传统认知。

该团队选择典型的

高强 Mg-Y 系合金为研

究对象，基于两点假设选

取 Al 元素进行微合金化

改性： （1）Al 元素的添加

能在 Mg-Y 合金中形成原

位自生的 Al2Y 颗粒细化

晶粒和长周期堆垛有序结

德国马普所提出一种新的基于德国马普所提出一种新的基于
机器学习的高熵合金设计方法机器学习的高熵合金设计方法由澳大利亚蒙纳士大

学、中科院金属所、上海理

工大学、澳大利亚国立大

学、澳大利亚迪肯大学以

及美国俄亥俄州立大学展

开全方位合作，利用 3D 打

印技术大幅提升现有商用

钛合金的强度，使其具有

现有所有 3D 打印金属中

最高的比强度。研究人员

利用 3D 打印工艺独特的

热循环和快速凝固特点，

在材料中形成致密、稳定

和多重内部孪晶的独特纳

米沉淀微观组织结构，从

而获得前所未有的机械性

能。虽然现有工作已经证

明在纯金属中实现高密度

的纳米孪晶和纳米沉淀相

可以获得异常高的强度和

足够的延展性，但这种具

有致密内部孪晶的纳米沉

淀相在现有商用合金中的

研究还是首次报道。

近日，相关研究成果

以Ultrastrong nanotwinned 

ti tanium alloys through 
additive manufacturing 为

题发表在Nature Materials
上。

在该项工作中，研究

人员使用常用的激光粉床

3D 打印技术，制备了一种

商业钛合金（Beta-C）。对

打印试样进行了两种不同

温度的直接时效热处理。

拉伸应力应变曲线显示经

过 480 ℃和 520 ℃热处理

的样品具有出人意料的高

强度。经过 480 ℃热处理

后，极限强度达到了 1611 
MPa 并保持了 5.4% 的均

匀伸长率。这种强度高于

迄今为止报道的所有 3D
打印钛合金、钢、铝合金以

及镍基高温合金。此外，

这种合金的强度和延展性

可以通过调整热处理方案

来调控，从而满足特定应

用需求。

为了揭示这种激光粉

床 3D 打印超高强钛合金

增材制造超高强纳米孪晶钛合金增材制造超高强纳米孪晶钛合金
的特殊强化机制的根源，

研究人员对热处理前后的

打印样品进行了细致的微

观组织研究。结果表明，

成形态的微观结构为纯体

心立方 β 以及高密度的

螺位错组态。在此基础上

进行热处理形成的显微组

织（宽度在 10~50 nm 尺度

的纳米级 α- 沉淀物）与

传统工艺制备的钛合金有

很大不同，并抑制了晶界

α 相在热处理过程中的析

出。

该项工作采用增材制

造技术在材料组织中引入

高密度纳米孪晶沉淀物，

从而获得了超高强钛合

金。这种在商业钛合金中

实现的独特微观组织和性

能可能会产生实际的工业

应用。同时该项工作的研

究结果也为物理冶金领域

的传统沉淀强化机理和位

错工程带来新的视角。

 （本刊记者    逸飞）

近日，中国科学院兰

州化学物理研究所固体润

滑国家重点实验室材料表

面与界面研究团队受水

黾在水面运动具备高速、

低摩擦、低阻力特性的启

发，构建了一种具有有限

润湿区域的特殊浸润界

面，并利用纳米摩擦仪搭

建了一种基于固 - 液 -

气 - 固多相复合摩擦系

统，研究了基本摩擦学性

能与润滑介质、特殊润湿

性和摩擦学参数之间的

关系。相关研究成果以                         
Super-wetting interfaces 
as multiphase composite 
prototype for ultra-low 
friction 为题发表在Green 
Chemistry 上。

该工作以超疏水材料

作为摩擦副，亲水材料作

为对偶，通过亲水材料对

水的黏附锚固出一个稳定

的水膜。在超疏水表面，

运动过程中固液界面摩擦

力主要受接触角滞后力和

液体黏性阻力 ( 内摩擦力 )
的影响。基于搭建的摩擦

体系，通过改变注入水的

体积，研究了摩擦系数随

液体体积的变化规律，发

现采用 40μL 去离子水

时具有最低的动摩擦系数

（μ=0.005）。通过改变接

触应力和频率，揭示了摩

擦系数随接触应力和滑移

频率的变化规律，实现了

255 Pa 的最大接触应力

和 0.002 的最小摩擦系数，

且在不同的边界滑移速度

下均获得了超低的摩擦系

数。

研究发现，构筑的超

低摩擦体系在较长的时间

范围内（~5000 s）具有动

态稳定性，将润滑组分由

水替换为离子液体后仍可

实现较低的摩擦系数。

� （本刊记者   逸飞）   

中科院兰州化物所多相复合界面中科院兰州化物所多相复合界面
超低摩擦研究取得新进展超低摩擦研究取得新进展

一种大幅度协同提高镁合金强度和一种大幅度协同提高镁合金强度和
耐蚀性能的制备方案耐蚀性能的制备方案

构（LPSO）强化相，可以

显著提升铸造和变形 Mg-
Y-Al 合金的强度并维持

良好的塑性； （2）溶解后

的 Al 元素比 Zn 等元素在

镁合金表面具有更快的沉

积速率，有利于促进腐蚀

环境中镁合金表面成膜，

并采用传统的重力铸造和

挤压变形方式制备出屈

服强度达 350 MPa，延伸

率达 8% 和腐蚀速率低于

0.2 mm · y-1（失重）的高

强不锈镁合金，这些性能

组合优于目前公开报道的

镁合金。该研究成果已申

请中国发明专利（授权专

利号：ZL202010198047.9）
和 PCT 美 国 专 利

（公 开 专 利 号：PCT/
CN2021/080828）。

左 图 为 Mg-11Y 和

Mg-11Y-1Al 合金的耐蚀

机理示意图。

 （本刊记者  逸飞）
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简 讯 NEWS

2022 年 9 月 29 日，

西安交通大学教授单智

伟团队承担的“1000 t/ 年
3N5A 级高品质镁示范线

建设”项目顺利通过验收，

专家组一致认为，该项目技

术水平达到国际领先，并建

议加快技术的推广应用。

经过对硅热法原理的

深入分析和长期探索，该

研究团队发明了“含杂气

化、梯度冷凝、吸附过滤、

净密结晶”技术路线，首

先在实验室环境内证明可

以通过硅热法直接生产出

纯度高达 99.995% 的高纯

镁，证明了低品质镁并非

硅热法的本征属性。然后

通过模式创新破解了校企

合作中的互信难题。经过

400 多天的奋战，该研究团

队进一步发明了“阻热梯

凝，温压双控”技术，并利

用合作企业现有的横罐装

备建成了国内首条 1000 t/
年 3N5A 级高品质镁示范

线，实现了 3N5A 级高品

质镁的工业化连续、稳定

生产。尤其值得指出的是，

试验期内，试验线的单炉

累计产量甚至略高于对比

炉的产量，而吨镁的成本

仅略有增加。上述技术的

大面积推广，预期将从总

体上提升整个镁产业链的

品质，经济和社会效益非

常显著。

该研究团队在工程

技术应用方面取得的成

绩离不开一系列系统、深

入的基础研究和技术攻

关的支撑。2014 年，该团

队在单晶镁中发现了金

属的第 3 种室温变形机

制（《自然 · 通讯》2014），
并荣获美国 TMS 学会镁

分会年度“最佳基础研究

论文奖”，进而发现了一种

判断镁合金强塑性的简单

判据。2018 年，该研究团

队发明了一种绿色、低成

本镁合金涂层新技术（《自

然 · 通讯》 2018），并获得

国家发明专利授权。2019
年，该研究团队首次试验

证明锥面位错是镁中有效

的塑性载体，并指出通过

促进锥面位错滑移可以有

效提高镁的塑性（《科学》                      
2019）。�（本刊记者   逸飞）

近日，中国科学院自

动化所王鹏研究员团队通

过借鉴人与人之间的物体

交接方式，提出了一种人

与仿人五指灵巧手机器人

之间的类人物体交接灵

巧操作方法，并应用到实

际机器人平台中，实现了

人和仿人五指灵巧手机

器人之间的多样性物体

类人交接自主灵巧操作。

该研究成果发表在 IEEE 
Transactions on Cognitive 
and Developmental Systems
上。

该研究以具有仿人结

构和自由度的五指灵巧手

作为机器人末端执行器，

借鉴人手的抓握习惯建立

学习模型，自动生成物体

交接抓取配置策略，从而

使机器人能够使用类人的

抓握方式，实现对人传递

物体的灵巧交接。提出了

基于仿人五指灵巧手的

“人 - 机器人”类人物体交

接框架。

该研究应用于团队构

建的类人灵巧操作机器人

平台，实现了机器人以类

人的抓取模式对人所传递

物体进行自主交接操作。

面对多样性的物体、随意

的传递姿态，该方法都展

现了较好的适应能力。下

图为人与仿人五指灵巧手

之间的类人物体灵巧交接

方法。 （本刊记者   逸飞）

12

西安交大攻克硅热法工业化量产高品质原镁难题

中科院自动化所实现人与中科院自动化所实现人与
机器人间的类人物体交接机器人间的类人物体交接

近日，北京航空航天

大学化学学院郭林教授、

岳永海教授与欧洲国际纳

米技术研究所王中长研究

员等通过在氧化石墨烯纤

维中构建晶体 - 非晶双

相超结构，制备了一种具

有高强度（935 MPa）和高

韧性（10.6 MJ · m-3）的纤

维。不同于目前常规使用

大片氧化石墨烯或者还原

石墨烯的方法，该晶体 -

非晶双相强化策略提供了

一种全新的制备高性能氧

化石墨烯基纤维的方法。

该 研 究 以 Super-strong 
graphene oxide-based fibres 
reinforced by a crystalline-

amorphous superstructure
为题在线发表在Matter 上。

高性能纤维在航空

航天、生物医学、建筑和纺

织等领域具有广泛的应

用。氧化石墨烯（GO）是

制造高性能碳基纤维材料

的最佳选择材料之一。当

前，超强氧化石墨烯基纤

维（强度 >800 MPa）主要

以大尺寸氧化石墨烯（平

均尺寸 >20 µm）或者还原

氧化石墨烯为原料进行制

备，上述原料的制备通常

需要高温热处理或者需使

用有毒性的氢碘酸或水合

肼，不仅对环境不友好，而

且存在一定的操作危险。

一种全新的制备一种全新的制备
高性能氧化石墨烯基纤维的方法高性能氧化石墨烯基纤维的方法

近日，香港城市大学

材料科学与工程系杨涛教

授团队在最新研究成果中

成功地揭示了 FeCrCoNi
高熵合金中抑制其氢脆

（HE）行为的关键因素。

研究发现，通过控制 Fe 元

素添加可以非常有效地触

发 Cr 元素在晶界（GBs）
的局部偏析，从而可以有

效消除 Fex(CrCoNi)1-x 面

心 立 方（fcc）高 熵 合 金

（HEA）中长期存在的氢

脆问题。

研究结果表明，将 Fe
原子分数从 2.5% 增加到

25% 使 HE 阻 力 大 幅 提

高，即延性损失从 70% 降

至 6%。同时，断裂模式

由沿晶断裂转变为穿晶断

裂。多尺度显微结构分析

表 明，Fe2.5Cr32.5Co32.5Ni32.5

和 Fe25Cr25Co25Ni25 合金在

相结构、晶粒尺寸和晶界

（GB）特征方面的差异可

以忽略不计。

该研究揭示了当前

FeCrCoNi 型 HEA 中 HE
抗性大幅提高的根源，为

未来开发新型高性能结

构合金提供了新的见解，

该合金对氢致损伤具有

非凡的免疫力。相关成

果以Defeating hydrogen-
induced grain-boundary 
embrittlement via triggering 
u n u s u a l  i n t e r f a c i a l 
segregation in FeCrCoNi-
type high-entropy alloys 为

题发表在Acta Materialia
上。

该研究受到了香港研

究资助局 (NSFC)、国家自

然科学基金（NSFC）、广东

省科技厅等项目的支持。

� （本刊记者   逸飞）

研究发现通过触发元素晶界异常研究发现通过触发元素晶界异常
偏析能够克服合金的氢脆行为偏析能够克服合金的氢脆行为

因此，发展新的高强纤维

增强策略，开发经济、高效

且环境友好的制备高性能

纤维材料的方法是当前高

性能纤维研究领域的热点

和难点问题。

该团队提出的晶体 -

非晶双相超结构增强策略

以普通的氧化石墨烯为材

料即可实现高性能纤维的

制备，为高性能石墨烯基

纤维的制备开辟了一条新

道路。

原位力学性能测试表

明，不同于传统氧化石墨

烯纤维在拉伸过程中出现

的“片层拔出”机制，晶体-

非晶双相超结构纤维同时

还存在“褶皱展开”机制。

在两种机制的协同下，纤

维的断裂韧性得到了显著

提升，具有优异的结构灵

活性，可以容易地混编成

粗线或复合材料，在航空

航天、机械工程和纺织工

程等领域具有巨大的应用

潜力。

左图为晶体 - 非晶双

相超结构示意图及纤维力

学性能对比。

� （本刊记者　逸飞）
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高玉魁

  教授，博士生导师，研究方向为表

面完整性和结构完整性、残余应力、表

层改性等。

引文格式：高玉魁 , 王瑞 , 陶雪菲 . 高速冲击表面处理对金属材料表面完整性的影响[J]. 航空制造技术 , 2022, 65(21): 14–27.
GAO Yukui, WANG Rui, TAO Xuefei. Effects of high speed impact surface treatment on surface integrity of metallic 
materials[J]. Aeronautical Manufacturing Technology, 2022, 65(21): 14–27.

材料的使用安全性和服役耐久

性取决于材料的表面完整性，并受使

用环境和维修防护等因素的影响，因

此材料表面完整性的改善与提高是

关键零部件从“控形制造”（Shape 
and size control，SSC）向“控性制造”

（Property and performance control，
PPC）的跨越式发展。

1　高速冲击表面处理技术的
      原理与特点

喷丸强化（Shot peening，SP）[2–4]

是指在一个完全控制的状态下，将无

数小弹丸（如铸钢丸、玻璃丸或陶瓷

丸等）连续、高速地喷射至材料表面，

使材料表层发生循环弹塑性变形，从

而产生一定深度改性层的表面处理

技术，其基本原理如图 1 所示 [2]。喷

丸工艺常作为金属材料表面强化处

理方法之一，其改性机制分为应力强

化和组织强化两方面。应力强化主

要表现为喷丸后材料表层的不均匀

弹塑性变形引入了一定深度的残余

应力场，组织强化主要表现为材料表

层发生剧烈塑性变形，使得表层晶粒

细化、位错增殖形成一定深度的变形

高速冲击表面处理对金属材料表面完整性的影响

高玉魁 1，2，王　瑞 3，陶雪菲 3

（1. 同济大学材料科学与工程学院，上海 201804；
2. 上海市金属功能材料开发应用重点实验室，上海 201804；

3. 同济大学航空航天与力学学院，上海 200092）

[ 摘要 ]　喷丸、激光冲击和表面机械研磨等高速冲击表面处理技术可有效提高金属材料的抗疲劳性能、耐应力腐蚀

性能和耐磨损性能等，已广泛应用于国内外航空航天、汽车、船舶以及核工业等领域。本文对喷丸、激光冲击和表面

机械研磨的基本原理和工艺特点进行介绍，综述了相关高速冲击表面改性技术对铝锂合金、高温合金、钛合金和高强

度钢等先进材料表面粗糙度、表层残余应力、显微硬度以及表层微观组织等表面完整性参数的影响规律，最后对高速

冲击表面处理技术在国内的研究与发展进行了展望。

关键词：高速冲击表面处理；金属材料；表面完整性；表面粗糙度；残余应力；显微硬度；微观组织
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材料延寿的关键内容和核心技术 [1]。

大量的研究结果表明，航空航天关键

零部件用铝锂合金、高温合金、钛合

金及高强度钢等材料在使用过程中

常由于复杂的载荷形式和服役环境

产生一定的损伤失效，且损伤多起源

于材料表面，严重影响了整体结构的

安全性和可靠性。为提高构件的服

役性能，可采用喷丸处理、激光冲击

及表面机械研磨等方法进行表层改

性，通过提高构件的表面完整性来实

现可靠耐久运行。目前已有较多学

者开展了关于高速冲击表面处理对

材料表面完整性的影响研究，但国内

的关注度还不够，因此本文基于笔者

多年研究积累对喷丸、激光冲击和表

面机械研磨等高速冲击表面处理方

法的原理与特点进行介绍，并重点

阐述高速冲击表面处理对金属材料

表面粗糙度、表层残余应力、显微硬

度和微观组织等表面完整性参数的

影响，以期促进我国航空航天领域
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层，提高了材料表层的强度和硬度。

喷丸处理可有效提高金属零部件的抗

疲劳性能（图 2）[5]、抗微动疲劳性能

（图 3）[6] 和抗应力腐蚀开裂性能 [7]，

该技术也因操作简单易行、成本较低、

不受零部件尺寸结构限制等特点在航

空航天、汽车、船舶等领域应用广泛。

激 光 冲 击 强 化（Laser shock 
peening，LSP）是一种改性效果好、

可控性强的新型表面强化技术，具有

显著优势。如图 4 所示 [8]，激光冲击

技术的基本原理是：采用脉冲宽度

短、功率密度大的激光照射金属表

面，使金属表面涂覆的保护层吸收激

光能量并发生气化蒸发，产生高温、

高压的等离子体。该等离子体受到

材料表面约束层的约束，形成压力较

大的冲击波，利用冲击波的力效应可

以使材料表层发生剧烈塑性变形引

起组织演化，并形成较深的残余压应

力场，从而显著提高金属材料抗疲劳

（图 5）[9]、耐应力腐蚀（图 6）[10] 和耐

磨损等性能 [11–12]。与传统喷丸处理

相比，激光冲击的能量更大、冲击作

用更强，可以在材料表层引入更深的

改性层，同时激光冲击处理后材料的

表面粗糙度更小，因而可以更好地改

善材料的服役性能。

表 面 机 械 研 磨 技 术（Surface 
mechanical attrition treatment，SMAT）
也是一种常用的金属材料表面处理

技术。该技术也是利用弹丸在封闭

的容器内对材料表面进行反复撞击

（图 7）[13]，与传统喷丸技术相比，该

方法的冲击能量更高，可以使材料表

面发生剧烈塑性变形，引起表层微观

组织细化，从而形成与基体结合良好

的梯度纳米结构，达到提高材料表层

硬度、强度（图 8[14]）和抗摩擦磨损性

能等目的，但经表面机械研磨处理后

材料的表面粗糙度相对较高。

2　高速冲击表面处理对材料
      表面完整性影响

表面完整性是指为保持和提高

材料固有的力学、物理、化学和生物

等使用性能而需使材料表面所具有

的不同于基体的特定状态和性能，其

参数主要包括表面几何形状、表层力

学性能及表层组织结构等 [1]。通过

开展材料表面完整性参数的研究，

可以揭示喷丸、激光冲击、表面机

械研磨等高速冲击表面处理对材

料使用性能的影响规律，从而优化

并拓展高速冲击表面处理在航空航

天、汽车、船舶及核工业等领域的

应用。

2.1　表面粗糙度

表面粗糙度是指材料表面轮廓

在高度方向上的起伏程度，会影响零

图 3　GH4169 高温合金喷丸与复合处理

前后 650 ℃微动疲劳性能 [6]

Fig.3　S–N curves of fretting fatigue tests of 
GH4169 superalloy at 650 ℃ [6]

图 1　喷丸原理示意图 [2]

Fig.1　Illustrations of shot peening[2]

图 2　Ti2AlNb 金属间化合物喷丸前后常温

疲劳性能 [5]

Fig.2　Comparisons of S–N curves of 
Ti2AlNb-based alloy[5]

图 4　激光冲击强化示意图 [8]

Fig.4　Illustrations of laser shock peening[8]

图 5　激光冲击功率密度对 7075 铝合金

抗疲劳性能的影响 [9]

Fig.5　Effects of laser shock peening on 
fatigue properties of 7075 Al alloy[9]

凹坑

压缩

表面拉伸

弹丸高速撞击
产生一个凹坑

力学效果
金属靶材

牺牲涂层

脉冲激光
水覆盖层
约束等离子体
熔化层

图 7　表面机械研磨示意图 [13]

Fig.7　Illustrations of surface mechanical 
attrition treatment[13]

图 6　激光冲击对 2195 铝锂合金耐应力

腐蚀性能的影响 [10]

Fig.6　Effects of laser shock peening on 
stress corrosion resistance of 2195 

Al–Li alloy[10]
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（a）未冲击

（b）一次冲击

（c）二次冲击

（d）三次冲击

部件的耐磨性、配合稳定性和疲劳强

度等。喷丸、激光冲击和表面机械研

磨等高速冲击表面处理均会使材料

表层发生一定的塑性变形，产生高低

不平的波峰和波谷，从而增大了材料

表面粗糙度。

在试验分析方面，蔡雨晴等 [15]

采用 3 种喷丸强度对 CF53 钢进行

处理，发现喷丸会在材料表面产生

酒窝状凹坑形貌（图 9），且随着喷丸

强度的增加，材料表面粗糙度增大。

Liu[16] 和 Qiang[17] 等基于 Abaqus 有

限元软件建立多丸粒的随机喷丸模

型，采用高斯滤波的方法建立粗糙表

面轮廓，通过大量模拟计算与试验验

证提出了初始表面粗糙度、喷丸时间

与材料表面粗糙度之间的定量关系

模型。喷丸处理可视为弹丸对材料

表面的随机冲击，会在材料表面产生

大量凹坑，且凹坑之间还会彼此叠

加，当喷丸强度过高时，较大的表面

粗糙度反而会引起较为明显的局部

应力集中，对材料的抗疲劳和耐腐蚀

性产生不利影响 [18–19]。而激光冲击

工艺是利用激光束诱导的等离子体

冲击产生更加均匀的塑性变形，因而

表面粗糙度也相对较小。周文 [20] 和

宋亚杰等 [21] 分别探究了激光冲击

处理对 GH3039 高温合金、GH1131
高温合金薄壁件表面完整性的影响

（图 10[20]），试验结果表明，3 次激光

冲击处理后 GH3039 高温合金试样

表面粗糙度由 Ra0.0372 μm 增加至

Ra0.0778 μm；当激光能量从 5 J 增加

至 7 J 时，GH1131 高温合金的表面

粗糙度增大了 21 倍；当冲击次数和

激光的能量密度增加时，试样表面产

生了高低不平的波峰和波谷，同时

凹坑中心平均表面粗糙度也明显增

加。但是陆莹等 [22] 研究发现，随着

激光冲击次数的增加，材料表面的凸

起结构明显减少，这是因为随着激光

冲击次数增加，材料表层的弹塑性变

形趋于饱和，材料表面粗糙度增加不

明显。此外，与传统喷丸技术相比，

表面机械研磨技术对材料表面的冲

击能量更高，可通过剧烈塑性变形实

现材料表面的自纳米化，但与此同时

图 8　不同时长表面研磨处理下 AZ31
镁合金的力学性能 [14]

Fig.8　Mechanical properties of AZ31 
Mg alloys at different SMAT time[14]

图 9　不同强度喷丸后CF53钢表面3D形貌 [15]

Fig.9　3D topography of shot peened CF53 
steel with different peening intensities[15]

图 10　激光冲击不同次数后 GH3039
高温合金表面三维形貌 [20]

Fig.10　Surface morphology of GH3039 
superalloy treated by laser shock 

peenning of different times[20]
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研磨球直径

也会增大材料表面粗糙度，且随着表

面机械研磨处理时间的延长和冲击

能量的提高，材料表面变得更加粗

糙。研究表明，6061 铝合金试样经

直径为 5 mm 的研磨球处理 15 min
和 45 min 后，材料表面粗糙度从原

始态的 0.25 μm 增加至 2.8 μm 和 3.5 
μm，分别增大了 10.2 倍和 13 倍（图

11）[23]。而对于原本表面粗糙的试

样（初始表面粗糙度为 3.86 μm），机

械研磨处理却可以降低其表面粗糙

度（图 12）[24]，且随着处理时间的增

加，AISI 316L 不锈钢的表面粗糙度

逐渐趋于稳定。

在有限元模拟方面，Wu 等 [25]

通过模拟与试验相结合的方法探究

了喷丸对 18CrNiMo7–6 钢表面形

貌的影响，借助多次喷丸模型分析

了喷丸覆盖率对材料表面粗糙度的

影响规律，研究发现材料表面粗糙度

会随覆盖率的增加略有提高，且仅通

过改变覆盖率来减小材料表面粗糙

度具有一定局限性。Lin 等 [26] 研究

结果显示，通过双喷工艺可以使材料

表面的变形更加均匀，从而有效降

低其表面粗糙度，比仅通过改变喷

丸速度和覆盖率的效果更好，这一

点与 Pham 等 [27] 的研究结论相符。

Lin 等 [26] 还基于二次开发建立了一

种新的动态喷丸模型，探究了不同

喷丸工艺对 AISI 4340 钢表面粗糙

度的影响，发现采用“大弹丸 + 小

弹丸”组合的复合喷丸工艺可以在

保证改性效果的同时降低材料表面

粗糙度（图 13）。陈家伟等 [28] 基于

ANSYS/LS–DYNA 有限元软件探

究了丸粒材质对材料表面粗糙度的

影响，发现当其他条件不变时，采用

球形度高、光整性好、破碎率低的陶

瓷丸可以获得更好的表面质量，从

而避免表面粗糙度过大对材料服役

性能的弱化作用。

断裂力学的研究结果表明，高速

冲击表面处理在材料表面产生的凹

坑相当于微缺口，在外加载荷作用下

会引起局部应力集中，容易促进微裂

纹的萌生，对构件的服役性能产生不

利影响 [29]。因此，在高速冲击表面

处理过程中需要合理控制工艺参数，

有效减小材料表面粗糙度，避免表面

粗糙度过大或表面损伤对零部件使

用性能的弱化作用。

2.2　表层残余应力

喷丸、激光冲击和表面机械研

磨等高速冲击表面处理均会使材料

表层产生不均匀弹塑性变形，表层

的塑性变形与内部未变形基体相互

制约，从而形成了一定深度的残余

应力场。喷丸与表面机械研磨处理

均会在材料表层形成“勾形”分布的

残余应力场，而经激光冲击处理后，

材料表面处的残余压应力最大，随

着深度的增加，残余压应力逐渐减

小。在零部件服役过程中，表层的

残余压应力不仅会部分抵消外加载

荷中的拉应力还可以使裂纹源向材

料内部转移，从而改善材料表层的

力学性能 [30]。

笔者前期通过对大量试验结果

进行拟合得到了喷丸残余应力场分

布模型，如图 14 所示 [31]。喷丸会在

材料表面引入残余压应力，随着距表

面深度的不断增加，残余压应力呈现

先增加后减小的趋势，压应力层之下

出现残余拉应力并最终趋于稳定 [12]。

图 12　AISI 316L 不锈钢经表面机械研磨

处理前后粗糙度变化 [24]

Fig.12　Surface roughness evolution of AISI 
316L stainless steel during SMAT[24]

图 13　AISI 4340 钢不同喷丸工艺处理后

表面粗糙度比较 [26]

Fig.13　Comparison of surface roughness 
produced by various shot peening on AISI 

4340 steel[26]

图 14　喷丸残余应力场示意图 [31]

Fig.14　Illustration of residual stress fields 
induced by shot peening[31]

图 11　6061 铝合金经不同时长表面

机械研磨处理后表面形貌 [23]

Fig.11　Surface morphology of SMAT-
treated 6061 Al alloys with 5 mm diameter 

balls for two different treatment durations[23]

1.0 mm

1.0 mm

（a）15 min

（b）45 min
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当喷丸强度逐渐增大时，试样次表面

的最大残余压应力及其所在深度也

随之增大。如图 15 所示 [32]，当喷丸

强度从 0.2 mmN 增加至 0.4 mmN，

TC17 钛合金次表面最大残余压应

力从 –769 MPa 增大至 –798 MPa，
其深度也有所增加；这一规律在

TC4–DT 钛合金中也得到了验证（图

16[33]）。李克等 [34] 通过试验发现钢

丸强力喷丸 + 陶瓷丸 / 玻璃丸的复

合喷丸方式可以获得更大的表面残

余压应力，缓解最表层的残余应力

梯度，从而优化材料表层残余应力

的分布规律。

由于喷丸过程中弹丸不能完全

嵌入到材料中且喷丸的冲击能量有

限，因而其引入的改性层深度较浅。

为了在材料表层引入更深的改性层

可采用激光冲击和表面机械研磨等

工艺。笔者前期分析比较了喷丸和

激光冲击两种工艺对 TC4 钛合金

的作用效果差异 [35]，结果显示，当材

料表面的平均残余压应力均为 –500 
MPa 时，经激光冲击处理后 TC4 钛

合金的残余压应力层深度超过 0.6 
mm，而经喷丸处理后 TC4 钛合金的

残余压应力层深度仅 0.15 mm 左右，

如图 17 所示 [35]。喷丸和激光冲击诱

发材料塑性变形机制存在差异，激光

冲击可以产生比喷丸更深的残余应力

场，且激光冲击处理后材料表面残余

应力分布也更加均匀。已有较多学者

分析了激光冲击能量（图 18）[36–37]、光

斑搭接率 [38]、冲击次数 [39] 等工艺参

数对材料表层残余应力分布的影响；

研究结果表明，随着激光能量密度

的增大、冲击次数的增多，会在材料

表层形成更大更深的改性层，因而

残余压应力数值和深度也都随之增

加。

但是，不合适的工艺参数也会使

光斑中心区域的残余压应力值减小，

即形成了“残余应力洞”。当激光功

率密度 [40–41]、峰值压力 [42]、激光脉

宽 [43] 等参数增大时，光斑中心区域

的应力缺失严重；而当光斑直径 [44]

和搭接率 [45] 提高时，可以改善“残

余应力洞”现象。“残余应力洞”的

存在一方面会减小材料表面的残余

压应力，另一方面也会削弱材料表

面残余应力分布的均匀性，对激光

冲击的改性效果可能产生不利影

响。

表面机械研磨与喷丸的原理基

本类似，但表面机械研磨处理过程中

丸粒的尺寸更大，其冲击能量也更

高，因而可以起到更好的改性效果。

张聪惠等 [46] 对工业纯锆进行 SMAT
处理，发现 SMAT 在材料表层引入

的残余应力场与喷丸残余应力场的

分布规律相似，如图 19 所示。但是

图 15　不同强度喷丸处理后 TC17 钛合金

平板试样残余应力分布 [32]

Fig.15　Residual stress fields of TC17 plate 
samples under different shot peening

 intensities[32]

图 16　TC4–DT 钛合金不同强度喷丸

处理后残余应力分布 [33]

Fig.16　Curves of residual stress 
distributions in TC4–DT Ti alloy as a 

function of depth for different shot 
peening intensities[33]

图 17　TC4 钛合金激光冲击强化和喷丸

强化后残余应力场 [35]

Fig.17　Residual stress fields of TC4 Ti alloy 
caused by LSP and SP[35]
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图 18　Cr12 钢不同激光冲击处理后

表面残余应力分布 [37]

Fig.18　Surface residual stress of different 
LSPed Cr12 steel[37]

图 19　SMAT 工业纯锆残余应力随深度

变化曲线 [46]

Fig.19　Residual stress curve variation along 
depth of SMATed Zr[46]
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SMAT 产生的表面残余压应力相对

较小，而最大残余压应力所在深度以

及残余压应力场的总深度都更大，如

图 20 所示 [47]。

喷丸、激光冲击和表面机械研磨

等高速冲击表面处理引入的残余应

力分布特征与其工艺参数密切相关，
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在实际处理过程中应根据零部件的

服役性能需求选择合适的工艺参数，

通过合理的工艺参数优化实现对零

部件表层残余应力的有效调控，从而

改善零部件的表面完整性以提高其

使用性能。

2.3　显微硬度

喷丸处理过程中，材料表面发生

循环弹塑性变形，在细化表层组织

结构的同时提高了材料局部的强度

和硬度 [48–50]。7050 铝合金搅拌摩擦

焊接头在经不同时长喷丸处理后的

显微硬度分布如图 21 所示 [51]，随着

喷丸时间的增加，喷丸覆盖率逐渐增

大，材料表面的塑性变形加剧，因而

产生了更加明显的加工硬化效果。

但是，喷丸的改性效果也并不是随着

喷丸强度、覆盖率等参数的增加单调

变化。TC17 钛合金经不同强度喷

丸处理后的截面显微硬度分布如图

22 所示 [52]，当喷丸强度在 0.21~0.40 
mmN 之间时，材料表层的显微硬度

明显增加，特别是当喷丸强度为 0.40 
mmN 时，材料表面显微硬度较喷丸

前提高了 51.3%，但是当喷丸强度进

一步增大至 0.5 mmN 时，材料表面

硬度从 590HV 降低至 575HV，其影

响层深度也有所减小，过高强度的喷

丸可能使材料表层产生加工软化和

应力松弛现象。无独有偶，2060–T8
铝锂合金中也存在喷丸弱化现象，由

于 2060–T8 铝锂合金的再结晶温度

较低，较高强度的喷丸会导致材料表

面粗糙度增加、表层发生动态回复和

再结晶以及轧制织构向再结晶织构

的转变，从而弱化了材料表层的力

学性能 [53]。针对此，笔者提出了湿

喷丸的抑制弱化方法，利用水的冷

却和润滑作用抑制传统干喷丸带来

的温度效应，减少了弱化因素的影

响，更好地改善了 2060–T8 铝锂合

金表层的力学性能（图 23）[54]。因此，

在探究喷丸对材料的改性效果时需

要通过合理的工艺参数优化来更好

地发挥喷丸改性效果。

然而由于弹丸的动能有限，喷丸

技术难以在材料表层产生较深的改

性层，从而限制了材料服役性能进一

步提升。激光冲击技术利用激光诱

导产生的高压冲击波，使改性层内发

生加工硬化，该方法可产生较大深度

的改性层。现有的研究结果表明，激

光冲击次数 [55]、激光能量 [56] 和激光

功率密度 [57] 等工艺参数均会对材料

表层的显微硬度产生显著影响。图

24[55] 为 7050–T7451 铝合金经不同

图 20　316L 不锈钢表面机械研磨与喷丸

残余应力场 [47]

Fig.20　Residual stress profiles of 316L 
stainless steel by SMAT and SP[47]

图 24　7050–T7451 铝合金经激光冲击强化

后试样沿深度方向的显微硬度分布 [55]

Fig.24　7050–T7451 Al alloy microhardness 
distribution along depth direction of specimen 
shock processed under different laser power 

density[55]

图 23　2060–T8 铝锂合金湿喷丸处理前后

截面显微硬度分布 [54]

Fig.23　Microhardness distributions of 
2060–T8 Al–Li alloy processed by 

wet shot peening[54]

图 21　喷丸处理对 7050 铝合金搅拌摩擦

焊接头显微硬度的影响 [51]

Fig.21　Effect of shot peening on 
microhardness distribution of FSW 

joints of 7050 Al alloy[51]

图 22　喷丸处理对 TC17 钛合金显微

硬度的影响 [52]

Fig.22　Effect of shot peening on 
microhardness distribution of TC17 

titanium alloy[52]

功率密度和冲击次数的激光冲击处

理后的截面显微硬度分布，结果表明

激光冲击强化可以有效提高试样表

层的力学性能，从而抑制疲劳裂纹的

萌生和扩展。孟宪凯等 [58] 探究了激

光冲击次数对 TC6 钛合金振动疲劳

性能的影响（图 25），研究发现随着
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激光冲击次数的增加，材料表面的平

均显微硬度逐渐增加，但是当激光冲

击次数达到 3 次后，材料表面的平均

显微硬度增幅趋缓。此外，经激光冲

击处理后，材料截面上显微硬度呈梯

度分布，从表面至内部基体，显微硬

度逐渐降低。随着激光冲击次数的

增加，材料表层的加工硬化更明显，

使得表层显微硬度值和影响层深

度也相应增加，从而更好地改善了

材料的服役性能。黄舒等 [59] 对比

了不同激光功率密度喷丸 316L 不

锈钢试样充氢前后的表层显微硬度

（图26），当激光功率密度分别为4.71 
GW/cm2、6.28 GW/cm2、7.84 GW/
cm2 时，316L 不锈钢表面的维氏硬

度 分 别 增 加 了 39.37%、49.38% 和

55.23%，激光冲击诱导的表面加工

硬化改善了材料表层的力学性能，

从而抑制了微裂纹在表面缺陷处的

萌生。

表面机械研磨技术与传统喷丸

处理原理相近，也是通过对材料表面

的高频撞击产生严重塑性变形，但表

面机械研磨的冲击能量更大，可使材

料表面的晶粒细化至纳米量级并形

成梯度分布的纳米结构，有效提高

了材料表层的力学性能 [60–61]。王荣

华等 [62] 探究了传统轧制和连铸连轧

5052 铝合金经不同时间的表面机械

研磨处理后的表面显微硬度分布（图

27），研究结果表明随着表面机械研

磨处理时间的增加表面硬化效果更

明显。此外，研磨球的数量、冲击速

度及研磨球尺寸等参数也都会影响

材料表层的显微硬度分布。如图 28
所示 [63]，AISI 316L 不锈钢经不同工

艺 SMAT 处理后其表面显微硬度达

到了基体部分的 2 倍，其改性层深度

也可达 0.5 mm，远大于传统喷丸工

艺产生的改性层深度，产生了更好的

改性效果。随着研磨球数量、尺寸及

冲击速度的增加，材料表面的加工硬

化效果更显著，材料表层的硬度梯度

更明显，改性层深度也随之增加，因

而有效改善了材料表层的力学性能。

由于不同材料的晶体结构、塑性变形

机制、力学性能及微观组织等存在差

异，经表面机械研磨处理后产生的改

性效果也不同，在工程应用中需根据

零部件的服役性能需求及材料特性

选择合适的工艺参数域，从而改善其

表面完整性。

图 25　TC6 钛合金不同激光冲击次数下

显微硬度分布 [58]

Fig.25　Microhardness distribution of TC6 
Ti alloy under different laser shock 

peening times[58]

图 27　SMAT 前后 5052 铝合金的硬度分布 [62]

Fig.27　Microhardness distribution of 
5052 Al alloys before and after SMAT[62]

图 28　研磨球数量、冲击速度和研磨球尺寸

对 AISI 316L 不锈钢显微硬度的影响 [63]

Fig.28　Effect of ball number, impact speed 
and ball size on microhardness distribution of 

AISI 316L stainless steel[63]

图 26　不同激光功率密度处理后 316L 不锈钢

充氢试样沿深度方向的显微硬度 [59]

Fig.26　Microhardness of laser peened 316L 
stainless steel specimens with different power 

densities followed by hydrogen charging 
along depth direction[59]
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2.4　微观组织

喷丸、激光冲击和表面机械研磨

等高速冲击表面处理在宏观上会增

大材料表面粗糙度，改变表层的力学

性能，在微观上会引起晶粒尺寸、晶

粒取向及晶粒内位错等的演变。在

处理过程中，弹丸和激光等的冲击能

量可以转化为材料内的变形储能。

该冲击能在从表面向材料内部传递

的过程中会因材料吸收及能量耗散

而逐渐减弱，使得塑性应变和应变率

沿深度方向呈梯度分布。β 钛合金

（图 29）[64]、316L 不 锈 钢（图 30）[65]

以及 Cu–Zn 合金 [66] 经喷丸、表面机

械研磨等处理后材料表层发生剧烈

塑性变形，晶粒细化呈等轴状，没有

明显的方向性。从材料表面至内部

基体，冲击能量逐渐被材料吸收并衰

减，使得内部基体处的塑性变形程度

逐渐减小，从截面金相图可以观察到

材料中的晶粒逐渐从细小的等轴晶

过渡至原始基材的粗晶。

国内外已有多位学者开展了关于

多晶材料塑性变形机制的研究，金属

材料的塑性变形在细观层次表现为晶

粒尺寸、形状和取向的变化 [67–68]，而在

微观层次则表现为位错运动、密度

和位错存在形式对材料塑性变形行

为的影响 [69–70]。从细观角度，晶粒

尺寸对材料力学性能的影响主要可

归因于两个方面 [71] ： （1）晶粒尺寸

对位错源启动应力的影响。在剧烈塑

性变形过程中，取向有利的晶粒中的

滑移系会先开动，且形成的位错线在

塑性变形过程中会不断通过滑移运

动来缓解塑性变形产生的局部应力

集中。在位错滑移过程中由于受到

晶界的阻滞作用而产生位错塞积和

缠结等现象。随着变形的进行，位错

聚集程度增加引起局部应力集中，当

局部应力超过位错滑移所需的临界

条件时，即可激活相邻晶粒内的位错

源。而相邻晶粒内位错源的启动应

力与晶粒尺寸呈负相关关系。因此，

当晶粒尺寸减小时需要更大的外加

应力使材料发生进一步的塑性变形。

（2）晶界对位错运动的阻碍作用 [72]。

根据 Hall–Petch 原理，喷丸后表层

的晶粒细化有利于提高材料局部的

力学性能。晶粒尺寸的减小会带来

晶界的增多，阻碍后续变形过程中

的位错滑移，宏观上表现为材料强

度和硬度的提高。因此，经喷丸、激

光冲击和表面机械研磨等工艺处理

后，材料的显微硬度从表面向内逐

渐减小。

从微观角度，金属材料发生塑性

变形的本质是晶粒内的位错滑移。

如图 31~33 所示，纯铜 [73]、TC4 钛合

金 [74] 和 CrMnFeCoNi 高熵合金 [75]

经喷丸、激光冲击等处理后其表层不

同深度处的位错分布有较大差异，从

表面向内位错密度逐渐降低。位错

的不均匀分布主要与变形过程中的

应变率和变形量有关 [76–77]。在高速

冲击表面处理过程中，试样心部的应

变率和变形量均较小，只有那些达到

临界切应力的滑移系会首先开动并

形成位错线，越靠近表面处的应变率

和变形量越大。随着变形的不断进

行，位错逐渐累积、位错密度也逐渐

增加，位错发生缠结、交割等相互作

用，形成大量密集的位错墙。根据低

能位错结构理论，位错会发生增殖、

湮灭和重排等运动以降低总界面能，

并逐渐转变为小角晶界继续分割位

错胞。随着变形的不断累积，亚晶界

处的位错不断产生和湮灭，相邻晶

粒可通过晶界转动或滑移形成大角

晶界，从而完成位错增殖→位错胞

→小角晶界→大角晶界的晶粒细化

过程 [78]。

根据 Taylor 位错理论 [79]，随着

图 29　β 钛合金喷丸后截面金相图 [64]

Fig.29　β titanium alloy processed by SP[64]

图 30　316L 不锈钢表面机械研磨处理后

截面晶粒形貌 [65]

Fig.30　Cross-sectional grains of 316L 
stainless steel processed by SMAT[65]

图 31　纯铜经喷丸处理后距表面不同

深度处的位错分布 [73]

Fig.31　Distributions of dislocations in pure 
copper processed by SP[73]
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位错密度的增加，位错通过相互作

用逐渐缠结形成位错胞壁和位错墙

等结构，阻碍位错的进一步运动，使

材料难以发生更多的塑性变形 [80]，

产生强化效果。经高速冲击表面处

理后，试样表层不同深度处的变形

量不同使得位错密度和缠结程度不

同，从而导致截面显微硬度呈梯度

分布。

特别是对于钛合金和钢等低层

错能材料，喷丸、激光冲击及表面机

械研磨等高速冲击表面处理带来的

高应变率变形还会导致其塑性变形

机制发生改变，如图 34[81]、图 35[82] 所

示。根据 Zener–Hollomon 参数 [83–84]，

当变形过程中的应变率较高时，相当

于降低了材料层错能 [85]，随着层错

能的降低，产生变形孪晶所需的临

界应力显著降低，而位错滑移所需

的临界应力对应变率并不敏感，因

此当变形过程中的应变率达到临界

值时，材料的塑性变形机制也会发

生转变。晶粒内的位错滑移机制受

到抑制，位错滑移开动较为困难，扩

展位错不易聚合，因此变形时产生

的位错难以运动，局部产生应力集

中，当局部应力超过孪晶形核的临

界应力时即产生变形孪晶以协调变

形 [86]。

图 32　TC4 钛合金激光冲击和喷丸复合处理后位错分布 [74]

Fig.32　Dislocations of TC4 Ti alloy processed by LSP and SP[74]

100 nm

（a）表面 

100 nm

（b）距表面50 μm

20 nm

（c）图33（b）红色框局部放大

200 nm

（d）距表面150 μm

图 33　CrMnFeCoNi 高熵合金激光冲击

处理后位错分布 [75]

Fig.33　Dislocations of CrMnFeCoNi 
high-entropy alloy processed by LSP[75]



232022年第65卷第21期·航空制造技术

专  稿 FEATURE FEATURE 专  稿

展正推动着我国制造业的革新与进

步，通过适当的表层改性技术提高材

料和构件的表面完整性可推进航空

航天、汽车、船舶及核工业等领域先

进材料的高性能化、高强化及长寿

命化。关键核心零部件的综合优化

有利于推进国家“节约资源、节能减

排”、“可持续发展”等战略的实施，

有助于加速实现我国创建“材料强

国”和“制造强国”的发展目标。目

前国内关于高速冲击表面处理技

术的研究还有以下 3 个方面有待加

强。

（1）开展高速冲击表面处理对

金属材料表面完整性演化的基础研

究。国内关于高速冲击表面处理技

术的研究时间相比于国外较短，加

之重应用、轻机理，使得这一方向

的基础知识和理论研究不够深入透

彻，未来需进一步探究高速冲击表

面处理工艺参数对金属材料表面粗

糙度、表层力学性能以及微观组织

的影响规律，通过合理的工艺参数

优化避免弱化因素的影响，充分发

挥高速冲击表面处理的改性效果，

以实现对金属材料微观组织和力学

性能的有效调控，通过改善材料的

表面完整性拓展金属材料的应用领

域。

（2）复合表面处理技术的开发

与应用。在改善构件性能方面，采用

单一表面处理技术可能具有一定的

局限性，如何综合运用两种或多种表

面处理技术相结合的复合表面改性

技术，利用多种工艺的协同效应使工

件的服役性能达到使用要求将是未

来的重点研究方向。需加强复合表

面强化技术研究，特别是对于复合强

化机理、工艺参数优化等还需要进一

步挖掘，探究不同工艺方法之间的相

容性，从而更好地整合各种处理工艺

的优势，这将是未来表面科学领域的

重点课题。

（3）高速冲击表面处理技术的

自动化和高效化发展。如今不少产

业已经实现了以机器取代人力的变

革，表面处理行业作为一个需要连

续生产的行业，可进一步探究使用

智能化设备对生产线进行现代化改

革从而实现表面处理全流程的自

动化、高效化与有序生产，突破对

温度、材料、尺寸位置和表面质量

的智能化控制是提高生产效率、降

低人工成本以及降耗增益的有效途

径。
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Effects of High Speed Impact Surface Treatment on Surface Integrity of 
Metallic Materials

GAO Yukui1,2, WANG Rui3, TAO Xuefei3

(1. School of Materials Science and Engineering, Tongji University, Shanghai 201804, China;
2. Shanghai Key Laboratory of R&D for Metallic Function Materials, Shanghai 201804, China;

3. School of Aerospace Engineering and Applied Mechanics, Tongji University, Shanghai 200092, China)

[ABSTRACT]　High speed impact surface treatment such as shot peening (SP), laser shock peening (LSP) and surface 
mechanical attrition treatment (SMAT) can effectively improve the fatigue property, stress corrosion cracking performance 
and wear resistance of metallic materials. These surface modification techniques have been widely employed in aviation, 
aerospace, automobile, ship and nuclear industries. The basic principles and characteristics of SP, LSP and SMAT are 
introduced in this paper. The effects of SP, LSP and SMAT on surface integrity parameters of aluminum-lithium alloys, 
superalloys, titanium alloys and steels such as surface roughness, residual stresses in the surface layers, microhardness and 
microstructures in the surface layers are summarized. Finally, the research and development of high speed impact surface 
treatment in China are prospected.
Keywords: High speed impact surface treatment; Metallic materials; Surface integrity; Surface roughness; Residual stresses; 
                   Microhardness; Microstructures
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飞机结构件设计制造是典型的

小批量、多品种的生产模式，不利于

知识的积累和重用 [1]，导致目前飞机

结构件设计步骤繁琐、设计质量和效

机设计的智能性与知识重用度。接

着，王静等 [9] 运用混合推理策略，实

现了模架设计参数的智能推理及模

型自动生成，提高了设计的准确性和

效率。进一步地，张奕等 [10] 使用混

合推理检索出相似历史案例并对历

史案例的解决策略进行修改，解决了

传统解决方案决策速度慢、决策不准

确等问题，降低了规则推理所需规则

的复杂度及获取难度。但是，这种

推理方式仍存在着所需规则数过多

的问题。因此，陆凌云等 [11] 提出了

一种基于神经网络和柔性逐层推理

相结合的混合推理策略，重新定义了

规则描述方式，使得所需的规则数更

少，对规则库的可操作性更强。在此

基础上，黄新波等 [12] 建立了基于混

合推理的牵引变压器状态检修决策

支持体系，可实现状态检修过程中经

验与知识相结合的决策思路，提高了

牵引变压器故障检修效率与可靠性。

基于混合推理的飞机结构件变型设计*

郝　博 1，2，汪万炯 1，张　鹏 1，刘力维 1

（1. 东北大学，沈阳 110819；
2. 东北大学秦皇岛分校，秦皇岛 066004）

[ 摘要 ]　基于规则推理（Rule-based reasoning，RBR）与实例推理（Case-based reasoning，CBR）相混合的推理方式，

对飞机结构件智能设计方法进行了研究。首先，结合模糊理论和规则推理技术，对飞机结构件设计要求的模糊属性

进行处理，设计了飞机结构件智能选型系统，实现对飞机结构件的类型选择；其次，运用最近相邻算法与灰色关联分

析理论，对飞机结构件设计要求的数值属性进行处理，实现了飞机结构件的实例检索与评价，此后将得到的最佳相似

实例进行变型设计，得到目标实例；最后，以型材为例验证了混合推理智能设计系统的可行性。

关键词：飞机结构件；规则推理（RBR）；实例推理（CBR）；实例评价；变型设计

DOI： 10.16080/j.issn1671-833x.2022.21.028

率低下。飞机结构件逐步趋于复杂

化、整体化和大型化，对其设计质量

和效率提出了更高的要求。混合推

理技术以能提高知识的重用率、缩短

产品研发周期和提高产品设计的智

能化程度等优点，成为了产品设计领

域快速响应制造业发展、提高生产水

平的重要手段。

自从基于规则推理（Rule-based 
reasoning，RBR）与实例推理（Case-
based reasoning，CBR）相混合的推

理策略 [2–3] 被提出之后，其优势逐渐

被人们认识，国内外学者进行了广泛

的研究和应用。在国外，有学者将混

合推理应用于智能辅导、临床决策支

持、疾病诊断治疗、主动坠落保护系

统等方面，取得了积极的进展 [4–7]。

在国内，焦起祥 [8] 将混合推理策略

应用于飞机概念设计中，方便了飞机

设计过程的知识表达并协调不同形

式的知识处理设计问题，提高了飞
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Ni 等 [13] 设计了基于混合推理的变

压器快速故障诊断系统，该系统能够

基于变压器多源综合数据对设备故

障进行诊断和分析，诊断结论可靠实

用，为实现变压器的状态检修提供了

支持。另外，沈子恒等 [14] 提出了一

种基于混合推理的汽轮机叶片夹具

自顶向下设计方法，通过重用实例库

中的相似夹具实例，有效地提高了夹

具产品的设计质量和效率。

综上所述，通过混合推理策略可

以有效提高知识的重用率，从而提

高产品设计的准确度、缩短产品研发

周期和提高产品设计效率。混合推

理技术虽然取得了一些有意义的成

果，但针对飞机结构件快速设计的研

究还很少，难以准确确定产品设计影

响因素与设计的相关规则，所需的规

则数过多，实例检索的效率仍比较低

下，缺乏高效的数值计算方法来检索

用于重用的最佳相似实例，自动化程

度较低、缺乏智能性等。

本文以飞机结构件为研究对象，

运用混合推理策略对其进行变型设

计。规则推理系统将模糊技术与规

则推理相结合，整理相关规则信息并

建立规则库，通过规则推理对飞机结

构件选型，以缩小下一步实例推理的

检索域；实例推理系统通过最近相

邻算法计算飞机结构件各特征属性

相似度，为使检索出的实例综合性能

最佳，采用灰色关联分析理论对高于

临界值的实例进行评价，以此来检索

出最佳相似实例，减少变型设计的工

作量，进而提高飞机结构件的设计效

率。

1　智能设计系统组成

1.1　基于规则推理的智能选型

飞机结构件在设计时往往只能

给出要设计零件的一级类型名称，因

此如何根据已知的设计要求选择最

为合适的飞机结构件二级类型至关

重要。飞机结构件的类型影响因素

属性在给出时往往是如制造成本、承

载能力和装配工艺性等模糊的、不精

确的属性，其对应的规则信息难以获

取和被计算机识别，所以为了将模糊

属性信息精确化，将模糊技术引入其

中，构建飞机结构件设计要求隶属

度函数模型。在构建好隶属度函数

模型后，即可将模糊的设计要求精确

化，再将精确化的设计要求信息与对

应的飞机结构件类型通过查阅设计

手册、询问设计专家等方式匹配好对

应规则信息，将其统计好后存储在推

理系统的模糊规则库中，而后设计基

于模糊规则推理的飞机结构件智能

选型系统，在设计人员给出模糊属性

设计要求时，智能选型系统即可根据

模糊规则推理自动完成从设计要求

到飞机结构件具体类型的转换。基

于规则的飞机结构件智能选型系统

结构如图 1 所示。

1.2　基于实例推理的变型设计

据统计，在飞机结构件设计过程

中，只有 20% 的零件需要重新设计，

余下 80% 都可以直接重用或稍做修

改后使用 [15]。知识与模型的重用可

以大大缩短产品设计周期，提高产品

的设计质量和效率，在飞机结构件产

品设计过程中起着至关重要的作用。

为了提高飞机结构件设计知识与模

型的重用度，将模型特征参数与结构

件模型相关联后储存于实例库中，通

过实例推理的方式实现知识与模型

的重用。基于实例推理的推理方法

实质为类比推理，通过相似度计算对

已有实例库进行实例检索，找出与解

决当前问题相似的旧实例，再通过对

以往相似实例解决办法的修改和应用

来解决当前问题 [16]。实例推理技术

的核心是进行实例检索，其目的是找

出与目标结构件各属性相近的相似

实例，为后续的实例评价和变型设计

奠定基础。通过实例检索与评价过

后，得到最佳相似实例，对其进行变

型设计后系统评价满意，即得到了目

标结构件模型。基于实例推理的飞机

结构件变型设计系统如图 2 所示。

1.3　混合推理智能设计系统配置

飞机结构件在设计前，设计人员

给出的设计要求可以分为两类：承

图 1　基于规则推理的智能选型系统结构图

Fig.1　Structure diagram of intelligent selection system based on RBR

图 2　基于实例推理的飞机结构件变型设计系统结构图

Fig.2　Structure diagram of aircraft structural variant design system based on CBR
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（a）剖面高度隶属度函数
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载能力、装配工艺性等模糊属性，立

边长度、底边长度等数值属性。本文

混合推理智能设计系统基于飞机结

构件的设计属性参数，对于模糊属性

引入模糊理论计算其隶属度，从而获

取模糊规则，通过规则推理实现飞机

结构件的初步选型；通过上一步确

定好的飞机结构件类型，可以缩小实

例推理过程中的实例检索域，通过相

似度算法计算设计检索域实例库实

例的相似度，对相似度较高的零件进

行评价，对评价性能最优的实例进行

变型设计，即可获得用户所需的目标

零件。混合推理智能设计系统结构

如图 3 所示。

2　规则推理模型

2.1　隶属度函数

在模糊理论中，一个对象是否属

于某一个集合不是绝对的，它可以

部分地属于该集合，而其隶属于该

集合的程度可以通过一个函数来度

量，即隶属度函数，可表示为：FA（x）：

X→[0，1]，其函数值是 [0，1] 内的一

个实数，即表示属于集合的程度，规

则推理系统中通常使用不同的隶属

度函数表示不同的知识域 [17]。通常

选用的带参数的隶属度函数有三角

函数、高斯函数、梯度函数、钟型函数

和 Sigmoid 函数 [18]。飞机结构件设

计要求的模糊属性主要包括承载能

力、装配工艺性、可制造性、剖面高

度、裂纹扩展能力及制造成本等，这

些属性都是模糊的、不精确的，且属

性值连续，因此可采用梯形隶属度函

数将飞机结构件设计要求的模糊属

性精确化，因为梯形隶属函数最多只

有 4 个点，用梯形隶属函数来表示连

续模糊属性值比较简单，而且计算速

度较快，精确度也比较高 [19]。其表

达式为
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式中，μ（x）为精确化后的隶属度值；

a、b、c、d 为精确化前的数值。

梯度隶属度函数图像形式如图

4 所示。其中装配工艺性、可制造性

及裂纹扩展能力不能用具体的数值

表达，因此在 [0，1] 内取值来表示其

图 5　设计要求隶属度函数图

Fig.5　Design requirement membership 
function diagram

图 4　梯度隶属度函数图

Fig.4　Trapezoidal membership 
function graph

图 3　混合推理智能设计系统结构图

Fig.3　Structure diagram of intelligent design system based on hybrid reasoning

大小，各个设计要求相应的梯形隶属

度函数的图像如图 5 所示。



312022年第65卷第21期·航空制造技术

封面文章 COVER STORY COVER STORY 封面文章

2.2　规则推理机制

基于规则推理的知识表示一般

有框架树表示法和产生式规则表示

法，本文专家系统采用产生式规则表

示法，其规则表示的一般形式为

“IF　A　THEN　B”
式中，A 部分称为前提，本文系统中

的前提是由模糊理论中的隶属度函

数来获得其隶属度值；B 部分为结

论，当表达式的值为“真”时，获得结

论，本系统中对应的结论是规则推理

出的飞机结构件类型。

推理过程中的推理机制包括正

向推理、反向推理和双向推理，本文

模糊规则推理系统采用正向推理机

制，正向推理的步骤为： （1）输入规

则推理的前提，系统自动将规则前提

与规则库中的规则进行匹配，可能有

多条规则与之匹配，此时将这些规则

集合； （2）设计人员对多条规则进行

判断，选择置信度最高的规则作为启

用规则； （3）执行启用规则，获取规

则推理的结论，并将其放入综合数据

库中作为事实输出。

3　实例推理模型

3.1　基于最近相邻法的实例检索

实例检索策略主要包括最近相

邻法 [20] 和归纳推理法，基于这两种

实例检索方法的各自优势，本文提出

了归纳推理法与最近相邻法相结合

的实例检索计算模型。首先，按照归

纳推理法，根据目标零件的类型进行

分类检索，以此来缩小检索时的搜索

域，从而提高检索的效率；然后，在

相似度计算过程中，采用最近相邻算

法，在同类型零件的实例库中进行实

例检索。

当用户需要进行实例检索时，首

先需要设计人员输入规则推理出的飞

机结构件类型来确定搜索域，然后通

过输入目标零件的各属性参数进行实

例检索。在相似度计算过程中，采用

最近相邻算法。计算设计产品 t 与实

例 e 之间的 n 个参数的综合相似度。

     Similarity(t，e)= ∑
n

i=1
  f(ti，ei)×ωi�（2）

式中，f（ti，ei）表示数值属性相似度

计算相似度函数；ωi 表示各数值属

性所对应的权值，由设计人员给出。

相似度函数表达式为

f (ti，ei) =1– dist(Sti – Sei) =
      1–|Sti – Sei|/|Smaxi – Smini| （3）

式中，Sti 为目标产品的第 i 个特征属

性的参数值；Sei 为实例第 i 个特征属

性的参数值；Smaxi 为第 i 个特征属性

参数值的最大值；Smini 为第 i 个特征

属性参数值的最小值。

计算完目标实例与实例库中的

旧实例的相似度后，提取相似度大

于临界值的实例作为实例评价的对

象，这是因为检索出的实例相似度

相对越大，变型设计的难度就相对

越小。

3.2　基于灰色关联分析的实例评价

在实例检索过后，对于相似度较

大的实例，只能说明该实例与目标零

件的设计要求相似，而其综合性能不

一定最好，因此需要对检索出的相似

实例进行评价。由于灰色关联分析

法 [21] 对样本的大小没有要求，分析

过程中也不需要典型的分布规律，其

结果与定性分析的吻合性较好，具有

较强的客观性 [22]，因此本文采用该

方法对检索出的相似实例进行实例

评价，以得到最佳相似实例。基于灰

色关联分析的飞机结构件实例评价

模型如下文所述。

（1）确定参考数列和比较数列。

将实例检索出的最佳实例的特征信

息向量作为参考数列，实例库中飞机

结构件的特征信息向量作为比较数

列，对两者进行相似度的计算，得到

待设计飞机结构件与已有飞机结构

件之间的相似度。设实例检索出的

最佳实例的特征信息向量为 A0，已

有飞机结构件的特征信息向量为 A，

得到

A0=(a0(1)，a0(2)，…，a0(n))
 （4）
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式中，Ai=（ai（1），ai（2），…，ai（n））T，

i = 0，1，2，…，m。Ai 表示飞机结构件

编号为 i 的结构件，ai（j）表示第 i 个
飞机结构件的第 j个特征信息的量值。

（2）归一化处理。每个特征信

息向量的值都代表不同的含义，因此

它们的单位都是不同的，需要将每个

特征信息向量的值表示成相同的单

位含义，所以需要对特征信息向量的

值进行归一化处理。归一化的方法

为：将每个特征信息向量的值进行

缩放，使每个值都能够达到相同的数

量等级。选取最大值为最优指标的

归一化计算公式如式（6）所示，选取

最小值为最优指标的归一化计算公

式如式（7）所示。
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（k）分别表

示第 k 项属性数列在参考数列和比

较数列中的最大值和最小值。

（3）关联系数计算。在分析参

考数列和比较数列的关联程度时，首

先分析各飞机结构件特征信息间的

关联程度，即关联系数。关联系数的

计算公式为
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 （8）
式中，ξi（k）为第 k 个飞机结构件

特征信息 a0（k）与 ai（k）的关系系

数；ε 是分辨系数，在计算时一般取

ε = 0.5 ；Δi（k）=|a0（k）– ai（k）| 为
第 k 个飞机结构件特征信息 a0（k）

与 ai（k）的绝对差；
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（k）为一

级最小差，表示在 ai（k）曲线上，各

相应点与 a0（k）中各相应点距离
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的最小值；而

书书书

　 　 μ牗 ｘ牘 ＝

０ 　 　 ０≤ｘ≤ａ
ｘ － ａ
ｂ － ａ ａ ＜ ｘ ＜ ｂ

１ ｃ≥ｘ≥ｂ
ｄ － ｘ
ｄ － ｃ ｃ ＜ ｘ ＜ ｄ

０ ｘ≥















ｄ

（１）

Ａ ＝ 牗 Ａ１，Ａ２，…，Ａｍ 牘 ＝
ａ１ 牗 １牘 … ａｍ 牗 １牘

  
ａ１ 牗 ｎ牘 … ａｍ 牗 ｎ









牘
（５）

ａ′ｉｍａｘ 牗 ｋ牘 ＝
ａｉ 牗 ｋ牘
ｍａｘ
ｉ∈ｍ
ａｉ 牗 ｋ牘

（６）

ａ′ｉｍｉｎ 牗 ｋ牘 ＝
ｍｉｎ
ｉ∈ｍ
ａｉ 牗 ｋ牘

ａｉ 牗 ｋ牘
（７）

ξｉ 牗 ｋ牘 ＝
ｍｉｎ
ｉ∈ｍ
ｍｉｎ
ｋ∈ｎ
Δｉ 牗 ｋ牘＋ εｍａｘｉ∈ｍ ｍａｘｋ∈ｎ Δｉ 牗 ｋ牘

Δｉ 牗 ｋ牘 ＋ εｍａｘｉ∈ｍ ｍａｘｋ∈ｎ Δｉ 牗 ｋ牘

（８）

Ｒｉ ０ ＝
１
ｎ

ｎ

ｋ ＝ １
ω牗 ｋ牘 ξｉ 牗 ｋ牘 （９）

Ｓ ＝

１ ０． ６５５２ １ １
０． ５８３３ ０． ６２０７ ０． ９５ ０． ９５
０． ５８３３ ０． ８２７６ １ １
０． ５８３３ ０． ７２４１ １ １
０． ５８３３ ０． ６５５２ ０． ７５ ０． ７５
０． ５８３３ ０． ６５５２ ０． ５ ０． ５
０． ２５ ０． ９３１０ ０． ９５ ０． ９５
０． ２５ ０． ３７９３ ０ ０
０． １６６７ １ １ １
０ ０． ８２７６ ０． ２５ ０．














 ２５
０． ６ ０． ２５ ０． ２５
０． ４４ ０． １６６７ ０． １６６７
０． ６ ０． ２５ ０． ２５
０． ４ ０． ８３３３ ０． ８３３３
１ ０． ８３３３ ０． ８３３３
１ ０． ８３３３ ０． ８３３３
０． ４４ ０． ８３３３ ０． ８３３３
０． ６ ０． ８３３３ ０． ８３３３
０． ６ ０． ２５ ０． ２５
１ ０． ８３３３ ０．














８３３３

Ａ ＝ ｛Ａ１ 　 Ａ４ 　 Ａ５ 　 Ａ６｝ ＝
２０ ３０ １． ５ １． ５ ２ ０． ７５ ０． ７５
２５ ４８ １． ５ １． ５ １． ５ ０． ２ ０． ２
２５ ５０ ２ ２ ３ ０． ２ ０． ２
２５ ５０ ２． ５ ２． ５ ３ ０． ２ ０． ２

Ａ ＝ ｛Ａ０ 　 Ａ１ 　 Ａ４ 　 Ａ５ 　 Ａ６｝ ＝
０． ８ ０． ８ ０． ６ １ ０． ４
０． ８ ０． ６ ０． ６ ０． ６６６７ １
１ ０． ９６ ０． ６ ０． ５ ０． ２６６７
１ １ ０． ８ １ ０． ２６６７
１ １ １ １ ０．

























２６６７

（k）为两级

最小差，表示在各曲线上找出最小

差
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（k）的基础上，再按照 i=1，
2，…，m 找出所有曲线中的最小差；

书书书

　 　 μ牗 ｘ牘 ＝

０ 　 　 ０≤ｘ≤ａ
ｘ － ａ
ｂ － ａ ａ ＜ ｘ ＜ ｂ

１ ｃ≥ｘ≥ｂ
ｄ － ｘ
ｄ － ｃ ｃ ＜ ｘ ＜ ｄ

０ ｘ≥















ｄ

（１）

Ａ ＝ 牗 Ａ１，Ａ２，…，Ａｍ 牘 ＝
ａ１ 牗 １牘 … ａｍ 牗 １牘

  
ａ１ 牗 ｎ牘 … ａｍ 牗 ｎ









牘
（５）

ａ′ｉｍａｘ 牗 ｋ牘 ＝
ａｉ 牗 ｋ牘
ｍａｘ
ｉ∈ｍ
ａｉ 牗 ｋ牘

（６）

ａ′ｉｍｉｎ 牗 ｋ牘 ＝
ｍｉｎ
ｉ∈ｍ
ａｉ 牗 ｋ牘

ａｉ 牗 ｋ牘
（７）

ξｉ 牗 ｋ牘 ＝
ｍｉｎ
ｉ∈ｍ
ｍｉｎ
ｋ∈ｎ
Δｉ 牗 ｋ牘＋ εｍａｘｉ∈ｍ ｍａｘｋ∈ｎ Δｉ 牗 ｋ牘

Δｉ 牗 ｋ牘 ＋ εｍａｘｉ∈ｍ ｍａｘｋ∈ｎ Δｉ 牗 ｋ牘

（８）

Ｒｉ ０ ＝
１
ｎ

ｎ

ｋ ＝ １
ω牗 ｋ牘 ξｉ 牗 ｋ牘 （９）

Ｓ ＝

１ ０． ６５５２ １ １
０． ５８３３ ０． ６２０７ ０． ９５ ０． ９５
０． ５８３３ ０． ８２７６ １ １
０． ５８３３ ０． ７２４１ １ １
０． ５８３３ ０． ６５５２ ０． ７５ ０． ７５
０． ５８３３ ０． ６５５２ ０． ５ ０． ５
０． ２５ ０． ９３１０ ０． ９５ ０． ９５
０． ２５ ０． ３７９３ ０ ０
０． １６６７ １ １ １
０ ０． ８２７６ ０． ２５ ０．














 ２５
０． ６ ０． ２５ ０． ２５
０． ４４ ０． １６６７ ０． １６６７
０． ６ ０． ２５ ０． ２５
０． ４ ０． ８３３３ ０． ８３３３
１ ０． ８３３３ ０． ８３３３
１ ０． ８３３３ ０． ８３３３
０． ４４ ０． ８３３３ ０． ８３３３
０． ６ ０． ８３３３ ０． ８３３３
０． ６ ０． ２５ ０． ２５
１ ０． ８３３３ ０．














８３３３

Ａ ＝ ｛Ａ１ 　 Ａ４ 　 Ａ５ 　 Ａ６｝ ＝
２０ ３０ １． ５ １． ５ ２ ０． ７５ ０． ７５
２５ ４８ １． ５ １． ５ １． ５ ０． ２ ０． ２
２５ ５０ ２ ２ ３ ０． ２ ０． ２
２５ ５０ ２． ５ ２． ５ ３ ０． ２ ０． ２

Ａ ＝ ｛Ａ０ 　 Ａ１ 　 Ａ４ 　 Ａ５ 　 Ａ６｝ ＝
０． ８ ０． ８ ０． ６ １ ０． ４
０． ８ ０． ６ ０． ６ ０． ６６６７ １
１ ０． ９６ ０． ６ ０． ５ ０． ２６６７
１ １ ０． ８ １ ０． ２６６７
１ １ １ １ ０．

























２６６７

（k）为两级最大差。

（4）计算关联度。每个比较数

列飞机结构件特征信息关联系数的

集中体现数值称为关联度。关联度

的大小表示参考数列和比较数列的

拟合程度大小。将参考数列作为最

优序列，关联度越大，表示数列 ai（k）
与参考数列 a0（k）越接近，在一系

列的比较数列中为较优数据。关联

度计算公式为
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 （9）

式中，n 为飞机结构件的特征数；Ri0 为

比较数列 ai（k）对应参考数列 a0（k）
的关联度；ω（k）为第 k 个飞机结构

件特征信息的权系数。

4　应用

4.1　类型选择

将混合推理技术运用到飞机结

构件实际设计过程中。首先根据飞

机结构件设计要求中的模糊属性信

息，运用模糊规则推理技术对飞机结

构件进行选型，下面以典型飞机结构

件型材为例论述其推理过程。首先，

通过隶属度函数确定各模糊属性的

隶属度，结合规则信息即可确立目标

结构件的模糊规则库。表 1 为典型

飞机结构件型材的设计要求模糊规

则库。

设计人员在通过规则推理对飞

机结构件进行选型时，首先通过人机

交互界面输入型材的模糊属性设计

要求，目标结构件型材的设计要求如

表 1 第 2 行所示。其规则表示为

“IF　承载能力高 and 装配工艺

性高 and 制造成本高 and 承压稳定

性中

THEN　普通长桁 T 型型材”

因此匹配到了唯一规则，推理出

的结果为“普通长桁 T 型型材”，通

过规则推理系统确定了型材飞机结

构件的类型。

4.2　实例检索

在确定好飞机结构件类型后，即

确定了下一步实例推理过程中实例

检索的检索域，接下来要确定相似

实例型号。根据实例库中的数据，

实例推理系统对“普通长桁 T 型型

材”进行实例检索，实例检索过程通

过对设计要求的数值属性进行相似

度计算来实现。普通长桁 T 型型材

设计要求的数值属性主要包括立边

长度 H、底边长度 B、底边厚度 δ、立
边厚度 δ1、内棱边圆角半径 R、底边

处圆角半径 r 和立边处圆角半径 r1。

普通长桁 T 型型材结构件在实例

库中的尺寸参数如表 2 中实例编号

A1~A10 所示，目标型材结构件尺寸

参数设计要求如表 2 中实例编号 A0

所示。

将属性参数代入实例检索计算

模型，计算可求得目标型材与实例库

中各实例的相似度，以目标实例与实

例编号 A1 的特征属性底边长度 B 为

例，阐述其特征相似度计算过程。从

表 2 中可以确定，Sti = 40 mm，Sei = 
30 mm，Smaxi = 58 mm，Smini = 29 mm，

由式（3）计算可得其相似度为 f（40，
30）=0.6552。同样按上述过程，计算

出各特征属性相似度，可以得到相似

度矩阵。

表 1　型材模糊属性设计要求

Table 1　Requirements for fuzzy parameter attribute design of section steel

表 2　型材数值属性参数

                                   Table 2　Section steel numerical property parameter mm

型材类型 承载能力 装配工艺性 制造成本 承压稳定性

目标型材 高 高 高 中

普通长桁 T 型型材 高 高 高 中

普通长桁等边 L 型型材 高 高 低 中

普通长桁不等边 L 型型材 高 高 低 高

蒙皮长桁 T 型型材 高 低 高 中

蒙皮长桁等边 L 型型材 高 高 低 低

蒙皮长桁不等边 L 型型材 高 高 低 高

实例编号 H B δ δ1 R r r1

A0 20 40 1.5 1.5 3.0 0.30 0.30

A1 20 30 1.5 1.5 2.0 0.75 0.75

A2 25 29 1.6 1.6 1.6 0.80 0.80

A3 25 35 1.5 1.5 2.0 0.75 0.75

A4 25 48 1.5 1.5 1.5 0.20 0.20

A5 25 50 2.0 2.0 3.0 0.20 0.20

A6 25 50 2.5 2.5 3.0 0.20 0.20

A7 29 38 1.6 1.6 1.6 0.20 0.20

A8 29 58 3.5 3.5 4.0 0.20 0.20

A9 30 40 1.5 1.5 2.0 0.75 0.75

A10 32 45 3.0 3.0 3.0 0.20 0.20
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各特征属性权值由设计人员给

出，各特征属性重要度分别为：h1 = 

2.5，h2 = 2.1，h3 = 1.25，h4 = 1.25，h5 = 

2.0，h6 = 0.9，h7 = 0.9，将各特征属性

重要度归一化，计算得到各特征属性

的权值，具体如下：

  ω={0.2294，0.1927，0.1147，0.1147，
        0.1835，0.0826，0.0826}

通过加权求和的方法，利用式

（2）求得其各特征数值属性参数相

似度为

   Similarity(t，e)={0.7364　0.5796
   0.6741　0.7137　0.7532　0.6958
   0.6730　0.3781　0.6117　0.5379}

选择相似度 0.6900 作为临界值，

根据计算结果，可以看出实例编号为

1、4、5、6 的旧实例满足临界条件，故

选择这 4 个实例作为相似实例。

4.3　实例评价

实例检索系统检索出相似实例

后，还需对相似实例进行评价，从而

挑选出综合性能最优的最佳相似实

例。依据表 2 数据可知，其参考数列

为

A0={20　40　1.5　1.5　3　0.3　0.3}

通过上面的实例检索步骤可知，

实例 A1、A4、A5、A6 为所选择的相似

实例，故将这 4 个实例的特征参数作

为比较数列，其比较数列为
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然后将得到的参考数列与比较

数列进行归一化处理，归一化处理的

结果为
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然后进行关联系数求解，首先求

出参考数列与比较数列的绝对差，结

果为

{Δ1}={0，0.200，0，0，0.333，0.600，
           0.600}
{Δ4}={0.200，0.004，0，0，0.500，
           0.133，0.133}
{Δ5}={0.200，0.200，0.200，0.200，
           0，0.133，0.133}
{Δ6}={0.200，0.200，0.400，0.400，
           0，0.133，0.133}
由所求各数列的绝对差，可求出

两级最大差为 0.600，两级最小差为

0。将最大差与最小差的值代入式

（8）中，求得各关联系数为

ξ1=（1.0000，0.8000，1.0000，1.0000，
       0.4739，0.3333，0.3333）
ξ4=（0.6000，0.9868，1.0000，1.0000，
       0.3750，0.6928，0.6928）
ξ5=（0.6000，0.6000，0.6000，0.6000，
       1.0000，0.6928，0.6928）
ξ6=（0.6000，0.6000，0.4286，0.4286，
       1.0000，0.6928，0.6928）

将关联系数与各特征所对应

权值代入式（9）中，各特征属性权

重采用实例检索时所用的权重，即

ω ={0.2294，0.1927，0.1147，0.1147，

0.1835，0.0826，0.0826}，求出各关联度

为：R1 = 0.1078，R4=0.1058，R5 = 0.0984，
R6 = 0.0928。由计算结果可知，实例

A5 在实例检索过程中相似度值最

大，但关联度评价却不是最高。由

此可知，相似度最大的实例其关联

度不一定最高。通过综合考虑相似

度和关联度的大小，得到实例 A1 为

实例推理系统所推理到的最佳相似

实例。

4.4　结果分析

将本文的混合推理策略和传统

推理策略进行比较，通过检索出的

最佳相似实例与目标实例各特征的

相对误差值大小来评判推理结果的

优劣。对于同一实例库数据，混合推

理策略推理出的最佳相似实例结果

为 A1，其各特征的误差值的百分比为

（0，25%，0，0，33.33%，150%，150%）；

传统推理方法所推理出的最佳相似

实例结果为实例 A2，其各特征误差值

百分比为（25%，27.5%，6.7%，6.7%，

46.67%，167%，167%），两种推理结

果的各特征相对误差曲线如图 6 所

示。可以看出，由混合推理策略所

检索出的最佳相似实例的各组特征

的误差值普遍小于传统推理策略，当

最佳相似实例的特征误差值越小时，

对其进行变型设计的难度就越低，因

而提高了推理的准确性与零件设计

效率。

图 6　传统推理策略与混合推理策略结果对比

Fig.6　Comparison of results between 
traditional reasoning strategy and 

hybrid reasoning strategy
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4.5　变型设计

在完成相似实例的检索与评价

后，即得到了与目标实例相似度最高

且综合性能最好的最佳相似实例。

为了得到目标结构件，还需对最佳相

似实例进行变型设计，以得到满足设

计要求的目标结构件模型。本文变

型设计系统以最佳相似实例为变型

模板，通过对最佳相似实例各特征的

尺寸参数修改完成变型。基于混合

推理的变型设计技术主要体现了两

方面的优势：一是通过实例推理从

已有模型库中检索出综合相似度最

高的实例进行变型设计，直接对零件

各特征进行尺寸的更新修改，与参数

化建模技术相比免去了一些重复性

操作，使得飞机结构件设计过程更加

简便，能有效缩短建模周期，提高零

件的设计质量、效率、知识与模型的

重用度；二是变型设计时的飞机结

构件各设计要求属性参数都由设计

人员在设计过程中输入到了建模系

统中，使得零件的各属性参数与模型

紧密关联，方便设计人员的管理和查

验。

图 7 为型材结构件变型设计前

后对比，可以看出，变型设计前后的

型材结构没有发生改变，而相应特征

的尺寸参数发生了变化，包括底边长

度、底边圆角半径、棱边圆角半径等。

变型设计前的型材可以和蒙皮实现

紧密的贴合，使得蒙皮与其他飞机结

构件固结性能好，但由于底边长度

小、立边圆角半径小，使其抗弯曲扭

转的能力较弱；变型设计后型材的

底边长度、立边圆角半径、底边圆角

半径、棱边圆角半径都得到了相应的

增加，使结构件剖面的绝对尺寸增

大。圆角处应力集中减小，其疲劳强

度随之提高，剖面的惯性矩增大，提

高了型材的临界稳定应力。这使其

能够更好地承受复杂的工作载荷，

因而变型设计后的型材不仅满足了

设计要求，更体现了其结构优势。

5　结论

本文从飞机结构件设计时设计

人员给定的设计要求出发，将规则

推理与实例推理相混合的推理策略

引入飞机结构件设计中。通过混合

推理策略对飞机结构件进行智能

设计，利用规则推理确定飞机结构

件类型，缩小了实例推理的检索域；

利用实例检索与评价策略提高了实

例推理的准确性，进而提高了飞机

结构件设计效率。其主要内容如

下。

（1）将模糊理论与规则推理相

结合，通过隶属度函数将模糊属性

精确化表示，继而匹配相应的模糊

规则并储存在模糊规则库中，利用

规则推理系统作用于模糊规则库进

行正向推理，实现了飞机结构件的

选型。

（2）在确定好飞机结构件类型

后，通过归纳法缩小实例检索的检

索域，通过最近相邻算法将待设计

的目标实例与实例库中的旧实例进

行相似度计算，从实例库中检索出

几个相似度较高的飞机结构件实

例。

（3）利用灰色关联分析理论对

上一步检索出的几个相似度较高的

实例进行评价，从而分析出综合相似

度与关联度的最佳相似实例；然后

对检索与评价后的最佳相似实例进

行变型设计，以得到满足设计需求的

飞机结构件模型。
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Variant Design of Aircraft Structure Parts Based on Hybrid Reasoning
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[ABSTRACT]　Based on the hybrid reasoning method of rule-based reasoning (RBR) and case-based reasoning (CBR), 
this paper studies the intelligent design method of aircraft structural parts. Firstly, combined with fuzzy theory and rule-
based reasoning technology, processing fuzzy parameters for aircraft structure parts design, and the intelligent selection 
system of aircraft structural parts is designed to realize the type selection of aircraft structural parts. Secondly, the K-nearest 
neighbor (KNN) and grey relation analysis (GRA) are used to deal with the numeric parameters of aircraft structural parts 
design, and it implements cases retrieval and evaluation. Then the best similar cases are used for variant design to obtain 
the target case. Finally, the feasibility of the hybrid reasoning intelligent design system is verified by taking the section steel 
as an example.
Keywords: Aircraft structure parts; Rule-based reasoning (RBR); Case-based reasoning (CBR); Cases evaluation; Variant design
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AZ31 厚板镁合金双面搅拌摩擦焊接头组织及
性能研究
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[ 摘要 ]　采用单轴肩搅拌摩擦焊实现了 40 mm 厚的 AZ31 镁合金双面对接焊接，对接头组织及力学性能进行了分析

研究。结果表明，双面搅拌摩擦焊（Ds–FSW）接头光滑整洁，无缺陷。接头可划分为母材（BM）区、热影响区（HAZ）、
热力影响区（TMAZ）、焊核区（NZ）和重叠区（OZ）5 个区域，其中 OZ 是 Ds–FSW 接头所独有的。OZ 中存在的超

细晶粒和弥散分布的沉淀相 Al8Mn5，显著提高了此区域的极限抗拉强度（UTS）和断后伸长率（EI），分别为 217.7 
MPa 和 14.65%，从而使其获得较高的接头强度系数，约为母材的 85.81%。接头主要断裂在前进侧 NZ 和 TMAZ 交

界处，其断裂机制为韧性断裂和准解离断裂的混合断裂机制。

关键词：搅拌摩擦焊（FSW）；镁合金；微观组织；晶粒细化；力学性能

DOI： 10.16080/j.issn1671-833x.2022.21.038

在全球工业轻量化的背景下，镁

合金因其低密度、高比强度、良好的

铸造性和易切削加工等优点，已经广

泛应用于汽车和航空航天领域 [1–3]。

作为一种 Mg–Al 系列的镁合金，

AZ31 镁合金为镁合金广泛商业应用

作出巨大贡献 [4]。由于镁合金应用

不可避免地涉及生产加工中的焊接

和连接，因此充分了解镁合金的可焊

性对镁合金在部件轻量化应用上的

可行性至关重要。

然而，镁合金活泼、熔点低、较高

导热系数的特性，使用传统熔化焊

接易产生气孔、夹杂、飞溅、热裂纹和

氧化烧损等缺陷 [5–6]。搅拌摩擦焊

接（Friction stir welding，FSW）是英

国焊接研究所（TWI）在 1991 年发

明的一种新型固相焊接方法，焊接过

程中不存在金属熔化、对焊接性较差

的某些轻质金属来说具有很好的焊

接性，因此受到广泛重视和关注 [7–8]。

基于特定的焊接原理，FSW 与传统

焊接方法相比，具有高效率、低能耗、

焊接过程无弧光及烟尘、焊接变形小

和不需要添加焊丝等优点，已被证明

是一种适合焊接镁合金的技术 [9]。

大量学者已成功使用 FSW 技

术实现了对镁合金板材的焊接研究。

Rajakumar 等 [10] 对 2.5 mm 厚 AZ31B
镁合金 FSW 接头显微硬度和微观组

织的研究发现，获得焊缝成形良好，

表面光滑，无明显变形、无气孔、咬

边、裂纹等缺陷，接头硬度与母材相

差不大。Lee 等 [11] 在对 SiC 颗粒增

强的 4 mm 厚 AZ91 镁合金 FSW 焊

接接头抗磨损性能研究时发现，SiC
颗粒和机械搅拌作用使得焊接接头

的抗磨损能力得到明显提高，磨损
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过的表面由镁基体和金属间化合物

Mg17Al12 组成。张彦军等 [12] 在对 6 
mm 厚的 AZ31B 镁合金进行 FSW
研究时发现，焊接接头的组织细小

且均匀，其冲击韧性高于母材，冲

击断口为韧性和脆性的混合形貌。

Weng 等 [13] 对 20 mm 厚 Mg–Y–Nd
镁合金双面搅拌摩擦焊（Ds–FSW）

接头进行组织和机械性能研究，获得

了较高强度的焊接接头（到达母材的

82.6%）并发现存在一个由 2.19 μm
超细晶粒和弥散颗粒组成的焊核重

叠区域，这一区域有利于接头的完整

性。从上述研究可知，大多数镁合金

FSW 的研究仅针对薄板镁合金，超

过 10 mm 或以上的厚板镁合金薄板

却鲜有报道，阻碍厚板镁合金 FSW
研究进程的原因可能是搅拌针磨损

和寿命问题 [13]。

实际工业应用中，不仅限于薄板

镁合金的应用，考虑到镁合金具有

广阔的应用前景，开展镁合金厚板甚

至超厚板的 FSW 研究具有重要意

义。本文在考虑重新设计新 FSW 工

具的挑战性和复杂性上，使用现有的

FSW 工具，对 40 mm 厚 AZ31 镁合

金实现了单轴肩双面焊接。对其接

头的显微组织和力学性能进行了较

为细致的研究，为镁合金厚板甚至超

厚板在工业轻量化应用方面提供一

定的理论基础。

1　试验及方法

试验使用板材为 40 mm 厚热轧

AZ31 镁合金，尺寸为 250 mm×150 
mm×40 mm。表 1 和 2 分别为 AZ31
镁合金母材化学成分及力学性能。

使用中国航天科工集团十院贵

州航天天马公司研制型号为 FSW 
2830×240 的 中 厚 板（14~130 mm）

搅拌摩擦焊机对 40 mm 厚板材进行

两步式单轴肩双面焊接。首先进行

焊前油污处理并组对板材，在确保板

材间隙≤ 0.5 mm 后进行正面焊接，

接着去除正面焊缝飞边以确保正面

光滑平整，然后在原焊接位置翻转

180°，最后进行反面板材焊接。经

前期多组工艺参数试验探索后，确

定试验搅拌头主轴转速 300 r/min、
焊接速度 80 mm/min、搅拌头轴肩

直径 40 mm、针长 21 mm、主轴倾角

2.5°。AZ31 镁合金厚板单轴肩双面

搅拌摩擦焊原理如图 1 所示。

焊后沿材料横截面截取尺寸为

35 mm×40 mm×5 mm 的金相试样，

经研磨（1000~5000#）、抛光、用酒精

擦拭试样、使用（4.2 g C6H3N3O7+80 
mL C2H5OH+10 mL CH3COOH+10mL 
H2O）配制的腐蚀剂对金相试样刻蚀

腐蚀 15~20 s 后清洗，然后用酒精清

洗并风干，最后采用型号为 MR500
型倒置金相显微镜观察其显微组织。

采用沃伯特上海分公司生产的 401 
MVDTM 型维氏硬度计分别在距表

面 5 mm、20 mm、35 mm 处对试样进

行显微硬度测量，测试载荷为 100 g，
加载时间为 10 s，相邻测试点之间的

间 距 为 1 mm。 根 据 GB/T 228.1—
2010，垂直于焊接方向取拉伸试样，

并沿接头厚度方向均分为 5 层（即包

含第 1 道次焊缝、第 2 道次焊缝和重

叠区焊缝）。拉伸试样加工示意如图

2 所示。再采用美国 MTS E45 型电

子万能拉伸机以 1.5 mm/min 拉伸速

率对试样进行拉伸试验。最后通过

FEIQUANTA200 型扫描电镜（SEM）

及 X 射线能谱仪（Energy dispersive 
spectrometer，EDS）分别采用背散

射和二次电子模式观察 40 mm 厚

AZ31 镁合金接头显微组织和拉伸试

样断口样貌，并分析其断裂机制。

2　结果与讨论

2.1　接头组织形貌分析

图 3 是旋转速度 300 r/min、焊

接速度 80 mm/min 下的接头表面形

貌。可以看到，在此焊接参数下的接

头表面整体光滑平整，表面无缺陷，

表 1　AZ31 镁合金化学成分 （质量分数）

                              Table 1　Chemical composition of AZ31 magnesium alloy（mass fraction） %

Al Si Fe Zn Mn Ni Mg

2.5~3.5 ≤ 0.08 ≤ 0.003 0.6~1.4 0.2~1.0 ≤ 0.001 余量

表 2　AZ31 镁合金力学性能

Table 2　Mechanical properties of AZ31  
magnesium alloy

图 1　双面搅拌摩擦焊原理图

Fig.1　Schematic diagram of double-side 
friction stir welding （Ds–FSW）

图 2　拉伸试样制样加工图

Fig.2　Processing drawing of tensile 
sample preparation

屈服强度 Rm/
MPa

抗拉强度 ReL/
MPa

断后伸长率 A/
%

≥ 205 ≥ 250 ≥ 26
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35 mm

SAZ ASRS

BM

PAZ

TMAZ

RS
5 mm 40 μm

40 μm 40 μm

AS

HAZ

OZ

200 μm 40 μm

区域2

区域1

40 μm40 μm

（a） 横截面宏观组织形貌 （b）BM

（c）SAZ （d）HAZ

（e）TMAZ （f）TMAZ放大图

（g）PAZ （h）OZ

与常规的镁合金搅拌摩擦焊接产生

的接头表面成形基本无差异，但接头

产生了一定量的飞边，飞边的产生可

能是因为螺纹搅拌头增强了材料的

上下流动现象，使其沿搅拌头向两侧

溢出。

图 4 为 AZ31 镁 合 金 Ds–FSW
接头组织形貌。图 4（a）为 Ds–FSW
接头横截面宏观形貌，与传统 FSW
接头相比，接头同样明显可划分为焊

核区（Nugget zone，NZ）、热力影响

区（Thermal-mechanical affected zone，
TMAZ）、热影响区（Heat affected 
zone，HAZ）和母材区（Base material，
BM）（其中 AS 和 RS 分别为前进

侧（Advancing side，AS）和回退侧

（Retreating side，RS））。可以看出，

由于受到两次单轴肩 FSW 的作用，

接头横截面形貌呈“哑铃形”结构。

此外，焊缝中间存在一个重叠区域

（Overlapped zone，OZ），厚度约为 2 
mm，图 4（a）中用白色虚线框选出

并用缩写“OZ”标识，这与传统 FSW
接头有很大差异。NZ 可细分为轴

肩 影 响 区（Shoulder affected zone，
SAZ）和搅拌针影响区（Pin affected 
zone，PAZ），这一分区与之前其他板

材双面焊的研究相似 [14]。

图 4（b）~（h）显示了 AZ31 镁

合金 Ds-FSW 接头不同区域光学显

微镜下的显微组织形貌。可以看出，

对于每一面焊缝来说，从上到下（从

SAZ 到 OZ），从左到右（从 HAZ 到

OZ）都存在明显的晶粒尺寸梯度；对

应于 BM、HAZ、TMAZ、SAZ、PAZ
和 OZ 不同区域的平均晶粒尺寸逐

渐减小。其中 HAZ 中的晶粒尺寸最

大，最细小的晶粒出现在 OZ 中，造

成这种现象是因为 HAZ 中的晶粒受

到热循环作用，部分晶粒受热长大，

甚至超过 BM 晶粒尺寸，而 OZ 中的

晶粒主要受到两次搅拌针高速旋转

下机械力的作用，呈现不完全再结晶

的超细小等轴晶形态。同时，SAZ
中的晶粒尺寸相比其他区域存在明

显的不均匀性，部分晶粒较大，这是

因为此区域晶粒最接近高速旋转的

搅拌头轴肩，在受到轴肩高温摩擦热

的作用下，部分晶粒受热长成较大的

块状晶粒，如图 4（b）所示。图 4（e）

图 4　AZ31 镁合金 Ds–FSW 接头宏观及其部分区域微观组织形貌

Fig.4　Macrostructure and microstructure of AZ31 magnesium alloy Ds–FSW joint

图 3　AZ31 镁合金双面搅拌摩擦焊接头

表面形貌

Fig.3　Morphology of AZ31 magnesium alloy 
Ds–FSW joint
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和（f）为 Ds–FSW 接头 TMAZ 的显

微组织形貌，从图 4（e）可知存在明

显的界限将其划分为区域 1 和区域

2（其中用红色虚线标记）。区域 1
晶粒更加细小，靠近 PAZ 侧；区域 2
晶粒较大，远离 PAZ 侧。TMAZ 的

这两区域晶粒存在明显的晶粒尺寸

梯度，这是因为 TAMZ 区域 1 侧的晶

粒主要受搅拌针剧烈的机械搅拌作

用，区域 2 侧的晶粒主要受搅拌针摩

擦热循环作用，导致这种晶粒区域分

布，这跟传统 FSW 接头的 TMAZ 晶

粒形貌相同 [15]。此外，从晶粒形状和

取向性分析，BM 区和 HAZ 的晶粒

呈纵向分布的块状，SAZ 晶粒呈无

明显取向性尺寸不均匀的块状，PAZ
和 OZ 区晶粒呈弥散均匀分布细小

和超细等轴晶，但 TMAZ 晶粒为细条

块状且呈明显方向性分布，与其他区

域形成鲜明对比。这是因为 TMAZ
晶粒在搅拌针高速旋转下，其周围金

属产生剧烈塑性变形 [8]，在剧烈的材

料塑性流动下，晶粒被打碎，动态再

结晶 [9]，更外侧的晶粒在塑性流动金

属极大惯性下被拉扯成细条状晶粒。

图 5 为 Ds–FSW 接头中 BM 和

OZ 的 SEM 下显微组织形貌。可

知，BM 晶粒和 OZ 晶粒存在明显差

异，这与光镜下的结果一致。其次，

图 5 中存在一些银白色块状及颗粒

状物质，通过 EDS 分析及表 3 可知，

这些银白色块状及颗粒状物质是未

溶解的 Al–Mn 的沉淀相，推测其为

Al8Mn5 沉淀相。在 FSW 过程中，产

生的峰值温度虽然能引起晶粒发生

动态再结晶现象，如图 4 所示，但却

远低于 AZ31 镁合金基板中 Al–Mn
沉淀相的熔点 [16]，该沉淀相的熔点

为 610 ℃ [17]。根据Xiao等 [18] 的分析，

确定银白色 Al–Mn 沉淀相为 Al8Mn5

沉淀相。

2.2　接头力学性能分析

2.2.1　接头显微硬度

图 6 为接头显微硬度测试压痕

位置示意图。根据图 7 进行显微硬

度测试可获得 Ds–FSW 接头横截面

维氏显微硬度曲线图。接头沿横向

显微硬度分布曲线（图 7（a）），对于

每一面焊缝的硬度值分布表现出相

似的分布趋势。硬度最高值出现在

OZ 处，约为 65HV；最低硬度值出现

在上层 HAZ 处，约为 56HV；下层硬

度增长到 60HV 左右。下层 HAZ 区

相比上层 HAZ 区硬度值有一个上涨

趋势，这可能也与其产热和散热有一

定联系。上层 HAZ 区实则属于第 2
次 FSW 焊接影响区，在进行第 2 次

焊接前已受到反面第 1 次 FSW 焊接

时产热的影响，相当于存在一个“预

热效果”，加之进行第 2 次焊接，HAZ
区域受热影响更加充分，散热速度降

低，从而进一步促进晶粒长大，使其

硬度相比较下层 HAZ 区域有下降趋

势。OZ 处硬度值变化平缓，无大幅

度硬度值的变化，约在 58~63HV 区

间波动，其他区域硬度值产生较大的

波动主要归因于 NZ 局部不均匀变

形 [13]。图 7（b）为接头沿厚度中

心线方向显微硬度分布曲线，可知，

在 NZ 沿厚度中心线方向显微硬度

曲线呈“几”字形分布。整个 NZ
顶部和底部区域显微硬度值从约

57HV 的相对低值逐渐上升到中间

OZ 处 63HV 左右的较高值，沿厚度

方向硬度值呈先升高后下降的变化

趋势。

FSW 接头的显微硬度分布受晶

粒尺寸、位错密度和沉淀相等因素的

影响 [19]，其中 OZ 硬度的提高可能

与晶粒的细化和沉淀相的分布有关。

根据 Hall–Petch 公式 [20]，接头显微

硬度与晶粒尺寸具有很大的相关性。

图 5　Ds–FSW 接头显微组织 SEM 形貌

Fig.5　Microstructure SEM morphologies of Ds–FSW joint

（a）BM （b）OZ

20 μm 20 μm

表 3　图 5 中银白色相能谱分析

Table 3　Silver-white phase EDS 
                        analysis in Fig.5 %

元素 质量分数 原子分数

Mg 8.82 13.05

Al 38.70 51.60

Si 1.58 2.03

Mn 50.09 32.80

Fe 0.81 0.52

上层硬度

中层硬度

中心线
硬度

下层硬度

第2道
焊缝

第1道
焊缝

图 6　接头显微硬度测试压痕示意图

Fig.6　Schematic diagram of joint testing 
position sketch
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OZ 中晶粒受到两次搅拌针高速旋转

搅拌作用，呈愈加细小等轴晶形态，

两次搅拌作用相当于起到进一步细

化晶粒作用。晶粒越细小，晶界面积

越大，位错密度也越大，从而获得更

高的材料硬度 [21]。同时，由于 OZ 区

受到两次搅拌作用，不仅晶粒更加细

小均匀，而且沉淀相 Al8Mn5 也被打

碎呈细小颗粒状并弥散分布于此区

域，故此区域硬度值相近。

2.2.2　接头拉伸性能

图 8 为 AZ31 镁 合 金 BM 和

Ds–FSW 切片接头拉伸试样的工程

应力 – 应变曲线，以及包括极限抗

拉强度和断后伸长率在内的拉伸试

验结果。可知母材的极限抗拉强度

（Ultimate tensile strength，UTS）和

断后伸长率（Elongation，EI）分别为

253.7 MPa 和 26.31%（其中误差棒

表示母材和每个切片接头 3 个试样

测试结果的总范围）。图 8（a）中

1~5 号切片试样的工程应力 – 应变

曲线分别为第 2 道焊缝切片 1 和第

2 道焊缝切片 2、中间层焊缝切片 3、
第 1 道焊缝切片 4、第 1 道焊缝切片

5，从上至下顺序标记。从图 8（b）
可发现，相比 BM 而言，切片接头的

UTS 和 EI 都有明显的降低。切片接

头的抗拉强度从上至下呈先递减后

上升的趋势。切片接头 UTS 和 EI

的最大值出现在 5 号切片试样，即

第 1 道焊缝与轴肩接触的切片拉伸

试样，分别为 232.5 MPa 和 17.83%。

此外，切片接头 UTS 和 EI 的最小值

出现在 2 号切片试样，分别为 168.1 
MPa 和 8.93%。同时，相比 2 号和

4 号切片接头，3 号切片接头在 UTS
和 EI 上都有显著提升，其值分别提

升 到 217.7 MPa 和 14.65%。1 号、

3 号和 5 号切片接头强度系数（即接

头和母材之间的 UTS 比率）分别为

82.97%、85.81% 和 91.64%。

FSW 作为一种热加工工艺，在

FSW 过程中，大量析出相完全溶解，

在后续的冷却过程中只有部分甚至

图 7　AZ31 镁合金 Ds–FSW 接头维氏硬度曲线

Fig.7　Vickers hardness curves of Ds–FSW joint in AZ31 magnesium alloy

图 8　AZ31 镁合金 BM 和 Ds–FSW 切片接头拉伸试样拉伸性能

Fig.8　Tensile properties of sliced tensile samples of AZ31 magnesium alloy BM and Ds–FSW joint
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100μm

30μm

没有重新再析出，因此与 BM 相比，

接头的力学性能显著降低 [22]。在厚

板搅拌摩擦焊接过程中，沿厚度方向

存在明显的温度梯度，温度由上至下

逐渐降低 [23]。从温度场的角度来分

析，Ds–FSW 接头从上至下受到的温

度变化为高温 – 低温 – 高温变化趋

势。两道焊缝的表面切片接头（1 和

5 号）具有相对较高的焊接温度，能

更好地控制材料塑性变形和塑性流

动，从而在该区域会产生比 PAZ 颗

粒更细小的颗粒，如图 4（c）所示。

当接头承受载荷时，这些细小的颗粒

会阻碍位错并减少拉伸过程中的位

错堆积，从而比 2 号和 4 号切片接头

具有更高的强度和断后伸长率。此

外，中间层切片接头也具备较高的抗

拉强度和断后伸长率，甚至高于切片

接头 1。这是因为中间层切片接头

组织受到了两次 FSW 作用，晶粒呈

现不完全再结晶的超细等轴晶状态，

其中部分沉淀相被充分打碎并均匀

分布于这一区域。更细小晶粒意味

着更多晶界面，且由于晶界是位错滑

移的主要障碍，因此具有较小晶粒尺

寸的微观结构将具有更高的抗局部

塑性变形能力 [24]。同时，弥散分布

的细小沉淀相也会阻碍位错运动，从

而降低接头的应力集中和裂纹扩展。

尽管内部会产生一定的细微裂纹，但

更大的延伸阻力可以明显改善 3 号

切片接头的机械性能 [25]。

对于传统 FSW 接头来说，接

头拉伸试样的断裂位置主要发生

在 TMAZ、HAZ 或前进侧的 NZ 与

TMAZ 的交界处 [26–27]。此外，也会

在 NZ、NZ 与 TMAZ 的界面发生断

裂 [28–29]，这些情况要么取决于高应力

下的压缩孪生和二次孪生，要么取决

于材料的非均匀变形 [13]。图 9 为厚

板 AZ31 镁合金 Ds–FSW 切片接头

拉伸试样断裂后的宏观形貌。可知，

除中间层切片拉伸试样外，其余切片

拉伸试样均在与接头中心线呈倾斜

45° 的情况下断裂，断裂位置均为接

头前进侧 NZ 与 TMAZ 的交界处，

这与传统 FSW 接头主要发生的断

裂位置相同。中间层切片拉伸试样

断裂发生在第 1 道焊缝前进侧和第

2 到焊缝返回侧 NZ 与 TMAZ 的交

界处。通过测量其断裂路径到接头

中心线的距离，发现其断裂位置能很

好地与中间层显微硬度分布匹配上。

中间层 NZ 和 TMAZ 交界处显微硬

度最低值约为 57HV。

Ds–FSW 接头断口形貌如图 10
所示，可知，断口主要特征为韧窝、撕

裂棱和解理平台。Ds–FSW 接头试

样断口除典型韧性断裂的特征即大

量韧窝分布外，由于韧性撕裂缘故，

断口出现大量白色纤维状撕裂棱，

同时还能看到存在阶梯状的小台阶

（准解理平台），小台阶周围遍布大量

撕裂棱，甚至出现块状物质脱离情况

（图 10下方红色虚线椭圆圈标记处），

这里推测为剧烈搅拌作用导致的沉

淀相脱离。因此，厚板 AZ31 镁合金

Ds–FSW 接头断裂机制表现为以典

型韧性断裂为主，存在部分准解理断

裂的混合断裂机制。

3　结论

本文对 40 mm 厚，UTS 约为 254 
MPa 的 AZ31 镁合金板进行研究。

使用双面搅拌摩擦焊接对厚板镁合

金实现了连接。接头组织及力学性

能研究如下。

（1）40 mm 厚镁合金板材可以

通过单轴肩两步式 Ds–FSW 进行连

接，在旋转速度为 300 r/min，焊接速

度为 80 mm/min 工艺参数下，能获得

成形整洁光滑、无缺陷的焊接接头。

（2）Ds–FSW 接头显微组织与传

统 FSW 接头显微组织具有相同的组

织分区，如 NZ、HAZ、TMAZ、BM，

唯一不同的是 Ds–FSW 接头存在一

个重叠区域（OZ），这是因为这一区

域受到两次搅拌作用。这一新区域

的硬度和强度接近于母材，归因于其

细小的等轴晶粒。

（3）相比 BM 而言，Ds–FSW 接

头的 UTS 和 EI 显著降低，切片接头

的 UTS 和 EI 从上至下呈现先降低

后升高的趋势。1 号、3 号和 5 号切

片接头能达到较高的接头强度系数

（接头和母材之间的 UTS 比率），分

别为 82.97%、85.81% 和 91.64%。

（4）除中间层切片试样断裂在

第 1 道焊缝前进侧和第 2 道焊缝返

回侧 NZ 与 TMAZ 的交界处外，其

余切片试样断裂位置均发生在前进

侧 NZ 与 TMAZ 的交界处，这与传

统 FSW 接头发生的主要断裂位置相

图 9　Ds–FSW 接头断裂后拉伸试样

Fig.9　Tensile samples of Ds–FSW joint 
after fracture

前进侧 返回侧

返回侧 前进侧

图 10　Ds–FSW 接头断口形貌

Fig.10　Fracture morphologies of 
Ds–FSW joint
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同，且 Ds–FSW 接头断裂机制为典

型韧性断裂和准解离断裂的混合断

裂机制。
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碳纤维增强热塑性复合材料

（Carbon fiber reinforced thermoplastic 
composites，CFRTP）具有轻质、高强

度、耐腐蚀、抗疲劳等优良性能，在航

空航天领域应用广泛 [1]。钛合金作

为一种轻质金属材料，具备优良的力

学性能，也是航空航天领域不可或缺

的结构材料 [2]。随着 CFRTP 与钛合

金异质结构在航空航天零部件制造

上应用的不断增加，二者之间的高

质量连接成为提升异质结构性能的

关键。激光焊接技术具有速度快、

变形小、易于实现自动化等优点，在

CFRTP 与钛合金高质量连接上具有

较大潜力 [3–5]。

CFRTP/ 金属激光焊接的基本

原理是高能量密度激光束照射金

属表面，金属吸收激光能量并将产

生的热量传递至连接界面，加热熔

融 CFRTP 树脂基体，熔融树脂在

CFRTP/ 金属界面上充分流动，在分

子力和化学键的作用下与金属材料

结合，形成 CFRTP/ 金属接头。目前，

国内外学者针对 CFRTP 与金属材料

的激光焊接技术开展了系列工艺研

究。Jung 等 [6–8] 开展了 CFRTP 与铝

合金、不锈钢以及镀锌钢的激光直连

试验，通过对结合面连接机理的研究

发现，CFRTP 与金属材料的结合机

制主要包括机械互锁、化学键合和物

理结合。Heckert 等 [9] 通过在铝合

金表面制备宏观、微观、纳米级微结

构，进一步研究了机械互锁机制对接

头强度的影响规律。Huang 等 [10] 利

用 X 射线光电子能谱法（XPS）在

CFRTP 与钛合金的接头周围检测到

碳纤维增强热塑性复合材料 / 钛合金激光
焊接模拟仿真研究*
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[ 摘要 ]　为研究碳纤维增强热塑性复合材料（CFRTP）与钛合金激光高速旋转焊接接头形成机理，探索工艺参数对

接头质量的影响规律，建立了 CFRTP/ 钛合金激光高速旋转焊接数学模型，利用有限元方法对焊接接头温度分布进

行理论计算，分析了激光功率、焊接速度和光斑半径等工艺参数对接头熔宽和熔深的影响规律，并将理论计算结果与

试验结果进行了对比分析。结果表明，利用有限元模拟仿真能够较好地预测 CFRTP/ 钛合金接头的温度场分布；通

过对温度场求解结果的数值分析，可以实现 CFRTP/ 钛合金激光焊接过程中接头熔深、熔宽的预测；理论计算结果与

试验结果基本吻合，表明模拟仿真能够为 CFRTP/ 钛合金高质量激光焊接提供理论支持。
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了 Ti–C 和 Ti–O 键，表明化学键合是

提升接头强度的重要因素。Li 等 [11]

针对 CFRTP 和铝合金激光焊接后的

界面形貌进行了研究，结果发现，焊

接过程中产生的气泡会导致 CFRTP
与铝合金之间存在部分未熔合区

域，但适当尺寸的气泡有利于提高

铝合金与 CFRTP 界面区的接触面

积。

CFRTP 与金属激光焊接过程

中，接头温度是影响焊接质量的关

键。直接检测接头内部温度场的分

布十分困难，而理论仿真则是获得

接头温度分布的有效手段，国内外

学者在这方面进行了一些探索性研

究。Lambiase 等 [12–13] 采用试验测

量与有限元模拟相结合的方法进行

了聚碳酸酯与 AISI304 不锈钢激光

焊接温度场的研究，通过将不同工

艺参数下的试验测量结果与温度场

的有限元模拟结果进行比较，得到

了良好的对应关系，证明了仿真模

拟的可行性，并在后续研究中基于

温度场的仿真模拟实现了焊接工艺

参数的优化。Rodríguez–Vidal 等 [14]

建立了双相钢与 PA6GF30 激光连

接的有限元模型，对树脂材料的熔

化与热解温度进行了预测，为获得

高质量接头提供合适的工艺参数范

围。Tan 等 [15] 建立了 CFRTP 与钛

合金激光焊接的有限元模型，研究

了激光扫描速度对 CFRTP 和钛合

金连接过程的影响，结果表明，随

着扫描速度的增大，CFRTP 的熔化

温度范围先增大后减小，所建立的

数值模型还进一步解释了 CFRTP/
钛合金接头抗剪力产生波动的原

因。Wang 等 [16] 对连续激光传输

焊接的仿真方法进行了优化，将响

应面法（RSM）和遗传算法（GA）

技术与有限元热模型相结合，用较

少的试验时间提高了模型预测的

准确性，并通过一系列试验对所建

立的三维轴对称热模型进行验证，

提出了一种基于统计技术 RSM 的

数学模型，建立了输入变量和输出

变量之间的关系。此外，Hussein
等 [17] 还建立了聚甲基丙烯酸甲酯

（PMMA）和 304 不锈钢激光焊接有

限元模型，研究了接头在焊接过程中

以及焊接后的温度场变化，探索了激

光功率、脉冲时间、脉冲重复频率和

扫描速度等工艺参数对温度场分布

的影响。Liu 等 [18] 针对传统激光热

传导焊接有限元模型精度低的问题，

建立了激光热传导焊接的热接触模

型，对焊缝温度轮廓进行了预测和分

析，结果发现，热接触模型与真实模

型更为一致。Ai 等 [19] 通过建立聚

对苯二甲酸乙二醇酯（PET）和钛合

金 Ti6Al4V 的激光热传导焊接三维

瞬态数值模型，实现了对不同激光功

率和焊接速度下温度场、熔池和液体

流动的模拟仿真。

从以上分析研究可以看出，通

过理论仿真技术能够预测激光焊接

过程中接头的温度场分布，为实现

CFRTP/ 金属的高质量焊接提供理

论支撑和工艺指导。当前仿真研究

主要集中在焊接温度场的仿真上，对

于 CFRTP 表面焊缝熔深、熔宽的研

究是缺失的，而 CFRTP 熔宽熔深直

接影响到接头的连接强度，相对于温

度场，熔深熔宽更能直接反映接头的

性能。基于此，为深入研究 CFRTP/
钛合金激光焊接过程中的热效应以

及接头的形成机理，进一步明晰不同

工艺参数对接头焊接质量的影响规

律，本文建立了 CFRTP/ 钛合金激光

高速旋转焊接温度场的数学模型，利

用有限元法开展温度场的计算分析，

并以接头熔化宽度和熔化深度作为

衡量焊接质量的物理量，研究激光功

率、焊接速度、光斑尺寸对接头温度

分布、熔深、熔宽的影响规律。通过

CFRTP/ 钛合金激光高速旋转焊接试

验对仿真模拟结果进行验证，相关工

作将为 CFRTP/ 钛合金工艺参数的

优化，实现二者高质量的焊接奠定理

论基础。

1　CFRTP/ 钛合金激光焊接
      有限元模型

1.1　有限元模型的建立

本文采用激光高速旋转焊接技

术进行 CFRTP 与钛合金的热传导

焊接。前期研究发现，高速旋转激

光束可以有效减小激光加热对钛合

金的热损伤 [20]。同时，为避免焊接

过程中熔融树脂不足引起界面间隙

的产生，在搭接面间添加了 80 μm
厚的聚酰胺（PA）树脂层 [21]。如图

1（a）所示，钛合金表面在激光照射

下吸收能量，产生的热量再以热传

导的方式传递至搭接界面使添加树

脂以及 CFRTP 表层树脂熔化，熔融

树脂在压力的作用下相互扩散，并

与金属表面充分接触，待冷却凝固

后形成牢固接头。可以看出，激光

束的旋转焊接路径为周期性圆周运

动（图 1（b）），该路径拟合公式可表

图 1　CFRTP/ 钛合金激光旋转焊接示意图

Fig.1　Schematic diagram of CFRTP/titanium alloy laser rotary welding
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示为

 x（t）= x0 + vt+acos（2πft + φ0）+a
   y（t）= y0 + asin（2πft + φ0） （1）

式中，t 为时间；v 为焊接速度；a 为

激光束振幅；f 为激光束旋转频率；φ0

为旋转激光束的初始相位角；x0 为焊

接主方向初始坐标；y0 为垂直于焊接

主方向的初始坐标，这里取初始坐标

为坐标原点。基于前期的研究，将激

光束振幅 a 设为 1 mm，扫描圆的间

距 d 设为 0.2 mm，初始相位角取 π，
其中焊接速度 v 定义为激光束相对

于 X 轴的正向移动速度，与激光束

的旋转频率 f 和扫描圆间距 d 之间

的关系满足式（2）[20]。

v = f×d� （2）
在激光热源模型方面，由于钛合

金对激光束的吸收系数小，可以把激

光热源近似处理为高斯分布的面热

源模型 [22]。因此，CFRTP/ 钛合金激

光高速旋转焊接的传热数学模型如

式（3）所示。
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 （3）
式中，q 为热流密度；P 为激光输出功

率；r 为激光束的有效半径；k 为导热

系数；n 为表面法相矢量；R 为钛合金

对激光的反射率，利用马克笔对钛合

金表面进行黑化处理，将其反射率降

低到20%左右；焊接初始温度T0=25 ℃；

对流换热系数 hc=20 W/（m2·℃）。

使用有限元软件 ANSYS 进行

温度场的仿真计算，有限元模型采

用 Solid70 热分析单元。钛合金与

CFRTP 尺寸均为 50 mm×25 mm×

2 mm，搭接区域面积为 25 mm×

20 mm。其中，CFRTP 由 PA 树脂层

和碳纤维层交替组成（图 1（a）），每
层厚度约为 200 μm。为提高计算效

率，只对搭接区域模型进行建模以及

网格划分，同时，为兼顾计算精度，对

焊缝区域的网格进行加密，网格分布

如图 2 所示。

1.2　材料的热物理性能

焊接件选用 TC4 钛合金，CFRTP
材料以聚酰胺 PA 为基体，连续纤维

T700 为增强材料，经热压工艺成型，

其中 PA 树脂含量约占 50%，CFRTP
的热物理参数如表 1 所示 [20]，本文假

设 CFRTP 材料各向同性。TC4 钛合

金的热物理性能随温度变化，如图 3
所示。

1.3　有限元模拟参数选择

CFRTP/ 钛合金激光焊接过程

中，影响接头温度场分布的主要因

素包括激光功率、焊接速度、光斑

半径等参数。本文采用单因素变量

法研究这 3 个工艺参数对接头温度

场的影响，试验参数设计如表 2 所

示。基于 CFRTP/ 钛合金激光高速

旋转焊接的有限元模型对表 2 中不

同焊接参数组合下的温度场分布进

行求解，并对求解结果进行数值分

析。

2　模拟仿真结果分析

为了深入研究 CFRTP/ 钛合金

激光旋转焊接过程中接头的温度变

化规律，探究接头在焊接过程中的形

成机理，选择 1 组参数（参数 3 ：P = 

110 W，v = 6 mm/s，r = 0.6 mm）开展

仿真模拟，并对接头的熔深、熔宽进

行数值分析。

2.1　CFRTP/ 钛合金激光旋转焊接

         温度场分析

激光直接作用在 TC4 钛合金表

面，会使金属表面的温度快速上升熔

化，形成熔池。如果热输入控制不当，

会导致焊缝产生气孔和较大的热影

响区，使 TC4 钛合金力学性能降低。

图 2　有限元网格模型

Fig.2　Finite element mesh model

表 1　PA 与 T700 的热物理性能参数 [20]

Table 1　Thermophysical parameters of PA and T700[20]

材料
导热系数 K/

（W·m–1·℃–1）
比热容 C/

（J·kg–1·℃–1）
密度 ρ/

（kg·m–3）
熔点/℃ 分解温度/℃

PA 0.25 2500 1150 253 330

T700 6.5 712 1760 3000 —
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（d）t=t0+3Tp/4（c）t=t0+Tp/2

（a）t=t0 （b）t=t0+Tp/4

l

（e）t=t0+Tp

l+vTp
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本文所选择的激光高速旋转焊接技

术可以减小局部加热的时间，使温度

场的分布更为均匀，从而降低激光热

损伤。图 4 给出了激光束的 1 个旋

转周期 Tp 内钛合金表面的温度分布

（其中 Tp = 1/f，1 个周期内的焊缝长度

可表示为 v×Tp；l 为某一个周期开始

时，激光位置距离焊接起始位置的距

离）。可以看出，该周期内钛合金表

面的最高温度约为 1424.48 ℃，TC4
处于微熔状态。

为进一步研究焊接过程中钛合

金表面的温度变化规律，沿焊缝方向

表 2　CFRTP/ 钛合金激光焊接仿真参数

Table 2　Simulation parameters of CFRTP/
titanium alloy laser welding

序号
激光功率 P/

W
焊接速度 v/
（mm·s–1）

光斑半径 r/
mm

1 70 6 0.6

2 90 6 0.6

3 110 6 0.6

4 130 6 0.6

5 150 6 0.6

6 110 3 0.6

7 110 4.5 0.6

8 110 7.5 0.6

9 110 9 0.6

10 110 6 0.1

11 110 6 1.1

12 110 6 1.6

13 110 6 2.1

图 3　TC4 热物理参数随温度的变化

Fig.3　Variation of TC4 thermophysical parameters with temperature

图 4　激光旋转焊接 1 个周期内的温度云图

Fig.4　Temperature nephogram of laser rotary welding in one cycle

每隔 5 mm 选取了 5 个节点：a、b、c、
d、e（图 5（a）），各点温度随时间的

变化关系如图 5（b）所示。可以看

出，随旋转热源的直线移动，钛合金

表面各点的温度以非等幅振荡的形

式逐渐升高或下降，并在同一点上出
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TC4
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∆t=0.4 s

CFRTP

现了两个温度峰，且第 2 个温度峰值

明显高于第 1 个温度峰值，这主要是

由于激光旋转焊接过程中螺旋式前

进的热源会两次照射同一节点，如图

5（a）所示，当旋转热源靠近节点时，

节点温度以非等幅振荡的形式逐渐

升高，待热源第 1 次到达节点，会出

现第 1 个温度峰值。热源继续前移，

节点温度以非等幅振荡的形式逐渐

下降，待热源第 2 次到达节点，便会

出现第 2 个温度峰值。由于焊接过

程中的热累积效应，第 2 个温度峰值

也是该节点的最高温度值。

为进一步明晰接头的连接机理，

在连接界面处 CFRTP 表面选取 5 个

节点 f、g、h、i、j（图 5（a））观察其

温度变化。由图 5（c）可以看出，各

节点的温度变化趋势与钛合金表面

基本相同，但其升温过程较钛合金

表面存在一定滞后，这是由于热量

在钛合金内部传递所导致的时间延

迟。对比 c 点和 h 点的温度变化曲

线可以看出，滞后时间约为 0.4 s（图

5（d））。另外，CFRTP 表面各节点

的温度变化没有出现两个明显的温

度峰，这是由于激光旋转速度较快，

热量在钛合金内部传递时逐步匀化，

当传递到 CFRTP 层时，基本上均匀

分布。可以看出，在整个焊接过程中，

CFRTP 表面所选节点的最高温度都

高于 PA 树脂的熔点，说明添加层树

脂以及 CFRTP 表层树脂能够熔化，

CFRTP 可与钛合金表面结合形成焊

接接头。

CFRTP/ 钛合金界面熔化宽度和

深度是衡量接头力学性能的关键物

理量 [20]，通过数值仿真计算的方法

可以实现二者的预测。图 6（a）给

出了激光束运动到 x=12.5 mm 时的

接头温度场分布云图，由于 CFRTP
表面的温度变化存在滞后性，在计算

接头的熔宽和熔深时，处于热源正下

方的位置并不是该时刻下接头的最

大熔宽和熔深，应取热源稍偏后的位

置进行计算，即路径 1 和路径 2 所在

图 5　CFRTP/ 钛合金激光旋转焊接的有限元分析

Fig.5　Finite element analysis of CFRTP/titanium alloy laser rotary welding

TC4 CFRTP
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334.317 643.635 952.952 1262.27
温度/℃

（a）焊缝12.5 mm处接头的温度场分布

（b）CFRTP沿路径1的温度变化
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图 6　接头熔深和熔宽的计算

Fig.6　Calculation of joint melting depth and width
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位置。根据 PA 树脂的熔点，将高于

253 ℃的区域定义为接头的熔宽和熔

深，如图 6（b）和（c）所示，该时刻

下 CFRTP 表面最高温度约为 338 ℃，

接头最大熔宽约为 3.5 mm，最大熔

深约为 0.085 mm。

2.2　激光功率、焊接速度、光斑直径

         对接头熔深、熔宽的影响规律

研究不同工艺参数对接头熔深、

熔宽的影响规律，对实现焊接接头强

度的预测具有重要意义 [21]。从上述

分析可以看出，通过 CFRTP/ 钛合金

激光焊接温度场的仿真，可以实现

接头熔化深度和宽度的预测。决定

熔宽、熔深大小的直接因素是界面

处的熔融树脂量，而熔融树脂量的

多少则受到激光热输入量的直接影

响。热输入量较小时，树脂熔化量过

少，CFRTP 不能与钛合金充分结合，

影响接头的焊接强度。热输入量较

大时，树脂熔化充分，有助于接头强

度的提升，但过大的热输入量会导致

结合区域温度过高，引起 PA 树脂热

解，产生气孔缺陷，对接头强度产生

负面影响。因此，在焊接过程中要对

激光热输入量进行合理调控，以实现

CFRTP/ 钛合金高质量的连接。

激光功率是影响激光热输入的

重要参量，在其他焊接参数不变的条

件下，激光功率的大小将影响热输入

量的多少，进而影响接头的熔宽和

熔深。图 7（a）给出了焊接速度为

6 mm/s，光斑半径为 0.6 mm 时，不

同激光功率下接头熔宽和熔深的变

化趋势。可以看出，激光功率越大，

CFRTP 表面的热输入量越高，接头

的熔化宽度和熔化深度越大。数值

分析结果表明，当激光功率为 70 W
时，CFRTP 表面的最高温度约为 232 
℃，低于 PA 树脂熔点，表层树脂未

能熔化，CFRTP 不能与 TC4 有效结

合；当激光功率为 90 W、110 W、130 
W、150 W 时，CFRTP 表面最高温度

分别为 285 ℃、338 ℃、388 ℃、437 ℃，

高于 PA 树脂熔点，表层树脂可以熔

化，CFRTP 能够与钛合金有效结合

形成焊接接头。

焊接速度决定了焊件表面受激

光辐射作用的时间，是影响激光热输

入量的另一重要参量。当激光功率

为 110 W，光斑半径为 0.6 mm 时，不

同焊接速度下接头的计算熔宽和熔

深如图 7（b）所示。随着焊接速度

的增大，接头的熔化宽度和熔化深度

逐渐减小，这是由于焊接速度较快时

激光辐射作用时间短，钛合金所能吸

收的激光能量变少，CFRTP 表面的

热输入量随之减小。数值分析结果

表明，当焊接速度为 9 mm/s 时，热输

入量过小，CFRTP 表层树脂未能熔

化，无法与钛合金有效结合；当焊接

速度为 7.5 mm/s、6 mm/s、4.5  mm/s、
3 mm/s 时，CFRTP 表层树脂可以熔

化，能够与钛合金有效结合。

光斑半径对激光的热输入量也

有一定影响，增大光斑半径会降低激

光束的能量密度，能量密度过小会导

致热量深度方向的传递能力减弱，大

部分热量集中在钛合金上，而到达

CFRTP 表面的热量显著降低，进而

影响到 CFRTP 表面树脂的熔化，使

熔深、熔宽变小。由图7（c）可以看出，

当焊接速度为 6 mm/s，激光功率为

110 W，光斑半径分别为 0.1 mm、0.6 
mm、1.1 mm、1.6 mm、2.1 mm 的情况

下，CFRTP 表面的热输入量随光斑

半径的增大逐渐降低，同时接头的熔

化宽度和熔化深度减小。数值分析

结果表明，光斑半径为 0.9 mm 时，

CFRTP 表面温度最低约为 269 ℃，

高于 PA 树脂熔化温度；光斑半径为

0.1 mm 时，CFRTP 表面温度最高

约为 347 ℃，在此光斑半径范围内，

CFRTP 均可与钛合金有效结合形

成焊接接头。由此可见，光斑半径

较激光功率、焊接速度对 CFRTP 表

面热输入量的影响相对较小，而增

大光斑半径有利于减小激光束对金

属表面的热损伤，提升接头的焊接

质量。因此，在焊接过程中可以通

过增大光斑半径实现对热输入的调

控，进而减小接头热损伤。

3　仿真模拟结果的试验验证

CFRTP 与钛合金的激光高速

旋转焊接试验基于自主搭建的光

图 7　工艺参数对 CFRTP/ 钛合金焊接接头熔深和熔宽的影响

Fig.7　CFRTP/titanium alloy joint melting depth and width with different process parameters
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纤激光焊接系统开展，如图 8（a）
所示，该系统集成了 MAX MFSQ–
150/1500W 单模准连续光纤激光器

（波长 1080 nm，连续模式最大功率

150 W）、Zbtk ZB2D20B1064 高速扫

描振镜、计算机控制系统、保护气

系统以及自行设计的气动工装夹具

等。焊接路径以及激光束的旋转速

度、振幅、频率等由高速扫描振镜控

制，焊接过程中气动夹具的压力设

置为 0.3 MPa。另外，为了防止钛合

金表面氧化，采用侧吹高纯度氩气

的方式对焊缝进行保护，氩气流量

约为 10 L/min，焊接后的接头试样如

图 8（b）所示。

根据有限元模拟结果，选取 5 组

比较好的焊接工艺参数（表 3）开展

试验，试验编号与表 2 中的参数序

号对应关系如表 3 所示。为了更加

准确地验证理论仿真结果，选取易

于测量的接头熔宽作为仿真结果与

试验结果比较的物理量。图 9（a）
给出了 CFRTP/ 钛合金激光焊接接

头破坏后的连接界面情况。可以看

出，CFRTP 基体被撕裂，大量碳纤维

和 PA 树脂黏附在 TC4 表面上，说明

CFRTP 与 TC4 之间形成了高强度

的焊接接头。从断裂面可以看出，在

CFRTP 面上有明显的熔化痕迹，而

这个痕迹的宽度则是 CFRTP 面的熔

化宽度。测量该宽度，与理论计算值

进行比较。为减小测量误差，每组参

数下的熔宽进行 3 次试验，取熔宽测

量结果的平均值作为最终实测熔宽

值。图 9（b）给出了 5 组焊接参数

下 CFRTP 熔宽的试验与模拟的对比

结果。可以看出，二者基本吻合，误

差在 13.15% 以内，说明该有限元模

型可以较好地实现焊接过程中温度

场的预测，以及接头熔宽和熔深的

数值模拟。误差产生的主要原因是

在仿真模型中未考虑 CFRTP 与钛

合金搭接面之间的间隙和空气对界

面传热的影响，以及 CFRTP 材料的

各项异性等。

4　结论

为研究碳纤维增强热塑性复合

材料（CFRTP）与钛合金激光高速旋

转焊接接头的形成机理，探索不同焊

接参数对接头质量的影响规律，建立

了 CFRTP/ 钛合金激光焊接热传导

的三维有限元模型，并利用有限元方

法对焊接过程中的温度场分布进行

模拟仿真，分析了激光功率、焊接速

图 8　激光焊接系统与 CFRTP/ 钛合金接头试样

Fig.8　Laser welding system and CFRTP/titanium alloy joint sample

表 3　试验焊接参数配置

Table 3　Experimental welding parameter configuration

试验编号 激光功率 P/W 焊接速度 v/（mm·s–1） 光斑半径 r/mm 表 2 对应的序号

1 110 6.0 0.6 3

2 130 6.0 0.6 4

3 110 4.5 0.6 7

4 150 6.0 0.6 5

5 110 3.0 0.6 6

光纤

振镜
系统

保护气

气动夹具

焊缝黑化
处理区

反面

正面

TC4

CFRTP

（a）光纤激光焊接系统 （b）CFRTP/钛合金接头试样

图 9　模拟结果与试验结果对比

Fig.9　Comparison between simulated and experimental results
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度和光斑半径等参数对接头熔化宽

度和熔化深度的影响规律，得到以下

结论。

（1）建立的 CFRTP/ 钛合金激光

旋转焊接的有限元模型，可以实现焊

接接头温度场的模拟仿真。由于激

光束对TC4进行周期性的旋转加热，

因此在 TC4 表面的焊缝中心线上各

点存在两个温度峰，且各点温度以非

等幅振荡的形式随时间平稳变化。

CFRTP 表面温度变化较钛合金存

在滞后性，钛合金表面温度达到最

大值后，CFRTP 表面温度需要滞后

约 0.4 s 才可达到最大值，这是由于

热量在钛合金内部传输延时所导致

的。

（2）激光功率、焊接速度以及光

斑大小是影响接头温度场分布的重

要参数，随激光功率的增大，CFRTP
表面的热输入量增加，接头的熔宽

和熔深随之增大；随焊接速度、光斑

半径的增大，CFRTP 表面的热输入

量减少，接头的熔宽和熔深减小。

（3）CFRTP 表面熔化宽度的有

限元模拟结果与试验测量结果基本

吻合，表明利用该有限元模型对温

度场进行研究是可靠的，可以在一

定程度上反映接头的焊接质量，为

CFRTP/ 钛合金工艺参数的优化提供

理论支撑。
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Numerical Simulation of Laser Welding of Carbon Fiber Reinforced 
Thermoplastic Composites and Titanium Alloy

JIAO Junke1,2, XU Jihao1, JING Chenghu1, ZENG Kun3, SUN Shengyuan1, RU Haolei2, 
ZHANG Wenwu2, WANG Bin2

(1. Yangzhou University, Yangzhou 225009, China;
2. Ningbo Institute of Materials Technology and Engineering, Chinese Academy of Sciences, Ningbo 315201, China;

3. Yangzhou Hanjiang Yangzi Automobile Interior Decoration Co., Ltd., Yangzhou 225009, China)

[ABSTRACT]　In order to study the formation mechanism of laser high-speed rotating welded joint of carbon fiber 
reinforced thermoplastic composites (CFRTP) and titanium alloy, and explore the influence of process parameters on the 
joint quality, a mathematical model of laser high-speed rotating welding of CFRTP/titanium alloy was established. The 
temperature distribution was calculated with finite element method, and the influence of laser power, welding speed and 
spot size on the weld width and penetration was analyzed. The theoretical calculation results were compared with the 
experimental results. The results showed that the finite element simulation can predict the temperature field distribution of 
CFRTP/titanium alloy joints. Through the numerical analysis, the weld penetration and weld width of CFRTP/titanium alloy 
during laser welding can be predicted. The theoretical calculation results are basically consistent with the experimental 
results, which means that the simulation can provide theoretical support for high quality laser welding of CFRTP/titanium 
alloy.
Keywords:  Carbon fiber reinforced thermoplastic composites (CFRTP); Titanium alloy; Laser welding; Temperature field; 
                    Finite element simulation

 （责编  古京）

Microstructure and Mechanical Properties Investigation of AZ31 Thick Plate 
Magnesium Alloy Double-Shield Friction Stir Welding Joint

CHEN Yuhua1, ZHONG Yu1, XIE Jilin1, ZHANG Timing1, WANG Shanlin1, GE Junwei2

(1. Jiangxi Key Laboratory of Forming and Joining Technology for Aerospace Components, 
Nanchang Hangkong University, Nanchang 330063, China;

2. Guizhou Aerospace Tianma Electromechanical Technology Co., Ltd., Zunyi 563000, China)

[ABSTRACT]　Single shoulder friction stir welding was used to achieve a 40 mm thick AZ31 magnesium alloy double-
sided butt welding, the microstructure and mechanical properties of the joint were analyzed. The joint can be divided 
into five zones: base material (BM) zone, heat affected zone (HAZ), thermal-mechanical affected zone (TMAZ), nugget 
zone (NZ) and overlapped zone (OZ), of which the OZ is unique to Ds–FSW joints. The existence of ultra-fine grains and 
diffusely distributed precipitated phase Al8Mn5 in the OZ significantly increases the ultimate tensile strength (UTS) and 
elongation (EI) in this zone, respectively 217.7 MPa and 14.65%, resulting in a high joint efficiency ratio of about 85.81% 
of the base material. The joints are mainly fractured at the junction of NZ and TMAZ on the advancing side, and their 
fracture mechanism is a mixture of ductile fracture and quasi-cleavage fracture.
Keywords: Friction stir welding (FSW); Magnesium alloy; Microstructure; Grain refinement; Mechanical properties

 （责编  古京）
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铝合金是实现结构轻量化的重

要金属材料，在航空航天、轨道交通

等领域中广泛应用 [1–2]。采用熔化

焊连接铝合金时，接头易出现热裂

缺陷的高度随转速的增加而提高。

Xu 等 [9] 指出，钩状缺陷高度随着

焊速的减小呈现先提高后降低的趋

势，冷搭接高度随焊接速度的减小

而提高。Li 等 [10] 研究表明冷搭接

高度随转速的增加呈先提高后降低

的趋势。事实上，焊接工艺参数（焊

速、转速等）影响着焊接过程的热输

入与材料流动行为，进而影响钩状缺

陷与冷搭接的高度。优化工艺参数

可获得钩状缺陷与冷搭接高度较小

的接头，增大接头的 EST，从而达到

提高接头拉剪性能的目的。

响应面法、田口法和正交法等

方法是常用的优化焊接工艺参数方

法 [11–13]。然而，这些方法在多因素、

多层次的 FSLW 工艺条件下难以获

得最优的工艺参数组合。人工神经

网络具有较强的适应性、容错能力和

自组织能力以及较快的运算速度，在

解决复杂的多维度、非线性问题方面

基于 RBFNN-ACO 的铝合金搅拌摩擦搭接焊
工艺参数优化*

岳玉梅，韩　松，郭芮秀，姬书得
（沈阳航空航天大学，沈阳 110136）

[ 摘要 ]　采用尖部半螺纹搅拌针进行 6151 铝合金搅拌摩擦搭接焊试验，并基于径向基神经网络与蚁群算法相结合

的方法优化工艺参数，达到改善搭接界面结构特征，进而实现最大化接头承载能力的目的。研究结果表明，当转速、

焊速和下压量分别为 1504 r/min、207 mm/min 和 0.12 mm 时接头的拉剪载荷最大达 5.06 kN/mm，比优化前的最大拉

剪载荷提高了 6.08%。径向基神经网络与蚁群优化算法相结合的智能方法为优化焊接工艺参数，进一步提高铝合金

搅拌摩擦搭接接头强度提供了一种有效途径。

关键词：搅拌摩擦搭接焊（FSLW）；尖部半螺纹搅拌针；径向基神经网络（RBFNN）；蚁群优化算法（ACO）；参数优化

DOI： 10.16080/j.issn1671-833x.2022.21.054

纹与气孔等缺陷，降低结构件的服

役性能 [3–4]。作为一种固相焊工艺，

搅 拌 摩 擦 焊（Friction stir welding，
FSW）能有效避免上述缺陷 [5]，且具

有高强度、小变形、无污染等优点，在

铝合金连接方面具有巨大优势。其

中，搅拌摩擦搭接焊（Friction stir lap 
welding，FSLW）适用于连接铝合金

搭接结构，是目前国内外学者的研究

热点 [6]。

在 FSLW 过程中，搭接界面在

搅拌针的强搅拌作用下发生迁移，

在前进侧和后退侧分别形成钩状缺

陷与冷搭接。钩状缺陷与冷搭接的

高度决定了接头的有效搭接厚度

（Effective sheet thickness，EST）。EST
是影响 FSLW 接头拉剪性能的关键

因素 [7–8]。Liu[7] 和 Aldanondo[8] 等分

别研究了 Al–Zn 与 Al–Cu 系高强铝

合金 FSLW 工艺，研究结果均表明

其他工艺参数不变的条件下，钩状

引文格式：岳玉梅 , 韩松 , 郭芮秀 , 等 . 基于 RBFNN-ACO 的铝合金搅拌摩擦搭接焊工艺参数优化[J]. 航空制造技术 , 2022, 
65(21): 54–61.
YUE Yumei, HAN Song, GUO Ruixiu, et al. Process parameters optimization of aluminum alloy friction stir lap welding by 
RBFNN-ACO[J]. Aeronautical Manufacturing Technology, 2022, 65(21): 54–61. 

* 基金项目：国家自然科学基金（52074184）。
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具有优势 [14–15]。文献 [16–17] 表明，

人工神经网络与智能优化算法相结

合可实现 FSW 焊接工艺参数组合的

匹配优化，进而获得高强度的接头。

Gupta 等 [16] 采用了 ANN–GA 模型

预测和优化 AA5083–O/AA6063–T6 
FSW 的焊接工艺参数，最佳工艺参

数组合下的接头抗拉强度达到 168 
MPa。Guo 等 [17] 采用 BP 神经网络

和 GA 算法相结合的方法，对不同工

艺参数组合下 Al–Mg–Si 系铝合金

FSLW 接头的拉剪载荷进行优化，优

化后接头拉剪载荷比优化前的最大

载荷提高了 6.9%。

本文以 6151 铝合金为研究对

象，采用自行设计的尖部半螺纹搅

拌针进行不同工艺参数组合下的

FSLW 试 验；利 用 蚁 群 算 法（Ant 
colony algorithm，ACO）优 化 的 径

向基神经网络（Radial basis function 
neural network，RBFNN）和多种群

蚁群算法（Multi-population ant colony 
algorithm，M-PACO）协同优化工艺参

数组合，以获得高拉剪性能的 FSLW
接头。

1　试验过程

试验所用材料为轧制态 6151 铝

合金，材料化学成分如表 1 所示。焊

接过程如图 1 所示，待焊试件尺寸为

150 mm×120 mm×2 mm，搭接区域

宽度为 50 mm。试验前，用砂纸打磨

待焊板材表面以去除氧化层。试验

使用 FSW–3LM–4012 宽幅小型搅拌

摩擦焊机，焊接方向沿着搭接区域的

中心线进行。焊接用的搅拌头形貌

结构如图 1 所示，焊接时搅拌头逆时

针转动且倾角为 2.5°。转焊比是影

响接头力学性能的重要因素 [18]，Guo
等 [17] 在 BP–GA 优化 FSLW 工艺参

数中的转焊比范围为 5~16。由于试

验所用铝合金与文献 [17] 相同，本

文适当扩大了文献 [17] 中的转焊比

范围，选取范围为 4~16，焊接工艺参

数如表 2 所示。

焊后采用试剂（4 g KMnO4+2 g 
H2O2+100 mL H2O）配合 25% 的

HNO3 腐蚀金相样件。使用 THV–
1MD 数显自动转塔显微硬度计测试

接头显微硬度，加载载荷为 200 g，
加载时间为 15 s。采用 Instron–8801
电伺服万能拉伸试验机以前进侧受

力的方式进行拉剪测试，拉伸速率为

2 mm/min。采用 Olympus–GX51 光学

显微镜观察接头的界面特征和断

裂路径。每个工艺参数组合下制备

3 个拉伸试件，取单位厚度拉剪载

荷（表 2）的均值表征接头的拉剪性

能 [19]。

2　预测和优化

2.1　RBFNN 建模与优化

为获得焊接工艺参数与接头性

能之间的关系，本文建立以转速、焊

速和下压量为输入，拉剪载荷为输出

的 RBFNN 预测模型。同时为提高

RBFNN 模型的预测精度，采用 ACO
算法对 RBFNN 网络参数（测试样本

序号、初始输出权值、初始中心扩展速

度、中心学习系数、扩展速度学习系数

和输出权值学习系数）进行优化。

2.1.1　适应度函数

初始化网络参数，将表 2 中 27
组数据导入适应度函数空间，由

ACO 种群随机抽取 3 组数据作为测

试样本，剩余 24 组作为训练样本，达

到更新训练样本从而优化网络节点

参数的目的；其余待优化参数在指

定范围（表 3）内均由 ACO 种群指定

生成。

将训练样本和测试样本进行数

据归一化处理。根据训练样本确定

网络模型的输入个数为 3，隐含层神

经元个数为 24，输出个数为 1。设置

训练次数为 5000，均方误差目标值

为 10–3，当网络训练均方误差低于目

标值或达到训练次数时，完成网络训

练任务。在训练循环中，网络的输出

可由式（1）计算。
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 （1）

式中，xp= [x1
p　x2

p　…　xM
p ]T 为第 p

个输入样本，p=1，2，3，…，P，且 P 为

样本总数；‖xp – Ci‖
2 为欧氏范数；

Ci 为网络隐含层节点的中心；wij 为

隐含层第 i 个神经元与输出层第 j 个
神经元的连接权值，i =1，2，3，…，h，

表 1　6151 铝合金化学成分（质量分数）

                 Table 1　Chemical composition of 6151 aluminum alloy (mass fraction) %

Si Mg Fe Cr Ti Zn Cu Mn Al

1 0.95 0.51 0.12 0.03 0.06 0.21 0.09 余量

图 1　FSLW 工艺原理图

Fig.1　Principle diagram of FSLW process
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h 为隐含层节点数；yi 为与输入样本

对应网络的第 j 个输出节点的实际

输出；σ为网络的扩展速度。在训练

循环中，网络中心、扩展速度和输出

权值不断更新，使得网络朝着更高精

度的方向逐渐收敛，上述参数可由式

（2）计算。
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 （2）
式中，A 为中心学习系数；n 为训练

次数；B 为扩展速度学习系数；D 为

输出权值学习系数；xt 为训练样本的

实际输出。训练结束后，对网络的预

测性能进行测试；将测试样本中的

转速、焊速和下压量导入网络，之后

将输出值进行反归一化处理得到预

测的拉剪载荷，并计算网络的预测误

差。3 个预测误差中的最大值作为

评价 RBFNN 性能的一项指标。

2.1.2　ACO 算法

根据待优化目标的数值范围生

成随机种群并计算该种群的适应度；

经过对比，得到最优个体；根据最优

个体的位置和当前个体的位置计算

个体转移概率；根据不同的转移概

率，采用不同的方式进行个体转移。

可由式（3）计算蚂蚁转移概率及不

同转移方法的个体位置。
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 （3）
式中，Pi 为蚂蚁的转移概率；P0 为设

定的转移概率；tb 为当前种群最佳蚂

蚁个体适应度；ti 为当前蚂蚁个体适

应度；ki 为更新前的蚂蚁个体；kj 为

更新后的蚂蚁个体；a 和 b 为搜索边

界的下界和上界（表 3）；c 为一个从

0 到 1 的随机数；d 为常数；e 为当前

蚂蚁的移动次数。根据不同优化目

标的取值范围和计算原则对这些参

数进行调整。种群每转移一次后，重

新计算个体的适应度，并与转移前的

个体进行对比，优存劣汰，直到转移

过程结束得到最佳网络。当种群整

体每转移一次后，重新计算种群适应

度，可由式（4）计算。

序号 转速 /（r·min–1） 焊速 /（mm·min–1） 下压量 /mm 拉剪载荷 /（kN·mm–1）

1 1200 100 0.05 4.67

2 1200 100 0.1 4.4

3 1200 100 0.15 3.88

4 1200 200 0.05 4.02

5 1200 200 0.1 4.62

6 1200 200 0.15 4.73

7 1200 300 0.05 4.09

8 1200 300 0.1 4.41

9 1200 300 0.15 4.42

10 1400 100 0.05 4.61

11 1400 100 0.1 4.15

12 1400 100 0.15 3.83

13 1400 200 0.05 4.49

14 1400 200 0.1 4.69

15 1400 200 0.15 4.77

16 1400 300 0.05 4.25

17 1400 300 0.1 4.44

18 1400 300 0.15 4.55

19 1600 100 0.05 4.21

20 1600 100 0.1 4.12

21 1600 100 0.15 3.69

22 1600 200 0.05 4.53

23 1600 200 0.1 4.29

24 1600 200 0.15 4.29

25 1600 300 0.05 4.38

26 1600 300 0.1 4.51

27 1600 300 0.15 4.58

表 2　焊接工艺参数样本

Table 2　Samples of welding process parameter

优化参数 搜索边界条件 长度

测试样本序号 1~9 1

初始输出权值 –2~2 24

初始中心扩展速度 –3~3 24

中心学习系数 10–5~10–2 1

扩展速度学习系数 10–5~10–2 1

输出权值学习系数 10–5~10–2 1

表 3　优化参数

 Table 3　Optimized parameters
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蚁群算法 RBF神经网络

种群更新

开始

种群初始化

参数初始化

计算适应度

局部最优

全局最优

保存数据

结束

导入数据

设置参数

归一化数据

隐含层输出

迭代

是否满足
训练条件

测试

否

是

输出权值学习系数

样本类型

输出权值

中心扩展速度

中心学习系数

扩展速度学习系数

开始

参数初始化

计算适应度

局部最优

方案2方案1

转移

计算转移概率

最佳工艺参数

1 2 30 1000 2000 3000 4000 5000

均
方

误
差

100

10−1

10−2

10−3

10−4

（a）训练均方误差 （b）网络预测误差

网络训练次数/次 测试样本

预
测

误
差

/%

0.2

0.4

0.6

0.8

1.0

ti （t +1） = Q·F（X）–（1–ρ）·ti（t）
 （4）

式中，ti（t +1）为当蚂蚁 i 移动次数

为 t +1 时的个体适应度；Q 为常数，

默认值为 1；F（X）为当前蚂蚁个体

的适应度；ρ为挥发因子；ti（t）为蚂

蚁 i 移动次数为 t 时的个体适应度。

采用元胞数组对种群变化进行记录，

同时应用保存函数和编号命名程序

记录保存神经网络对应运行次数的

数据。本网络采用训练均方误差和

预测误差综合评价 RBFNN 预测精

度。RBFNN 的建立与优化流程如图

2 所示。

随着网络训练的进行，均方误差

逐渐收敛，并在第 4715 次训练时达

到预先设定的精度 6.1×10–4（图 3

（a）），达到训练条件，模型构建完成。

经过 ACO 算法的优化，RBFNN 的

最大相对预测误差达到 0.83%（图 3
（b）），网络预测精度得到提高。

2.2　参数寻优

为获得更高性能的 FSLW 接

头，本文利用 M–PACO 算法的全局

搜索能力结合优化的 RBFNN 进行

FSLW 参数寻优。M–PACO 算法在

ACO 算法的基础上增加了种群数量

并应用了两种搜索方案（图 4），具有

更强的全局搜索能力。方案 1 采用

区域分块集中搜索策略，均匀分割转

速和焊速的变化区间，并分别与下压

量组成 4 个搜索区域进行区域集中

重点搜索；方案 2 采用整体多种群并

行搜索策略，实现对整个空间的全覆

盖搜索。

首先进行初始化设置，根据表 4
中各方案的边界条件随机生成 4 个

种群，单种群个体数量为 200，挥发

因子为 1，个体转移概率为 0.3，蚂蚁

转移次数为 50；设定元胞数组，用于

记录种群的变化情况。

M–PACO 算法初始化完成后，

利用上述得到的最佳 RBFNN 参数

建立 M–PACO 的适应度函数并计算

种群个体的适应度，此时适应度函数

的输入数据和评判指标分别为工艺

参数（转速、焊速和下压量）和拉剪

载荷。个体适应度可由式（5）计算。
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式中，x 为输入向量；y 为中心点；wp

为权值；φ为径向基函数。种群适应

度计算完成后，计算个体转移概率并

进行差异转移（式（3））；转移完成后

进行个体适应度计算（式（4）），将当

前个体与当前种群最优个体进行对

比，优存劣汰；在有限的蚂蚁转移次

数内，完成对工艺参数的搜索优化，

具体流程如图 4 所示。

在种群的每个转移过程中，必须

根据已建立的边界条件重新定义种

群的位置信息，以免某些个体脱离搜

索空间。种群个体的位置坐标由转

速、焊速和下压量组成。种群个体的

分布直接影响 M–PACO 的全局搜索

能力，因此调控种群个体的分布具有

重要意义。为了提高局部搜索能力
图 2　ACO 优化 RBFNN 流程图

Fig.2　Flow chart of ACO optimized RBFNN

图 3　经 ACO 优化 RBFNN 的误差曲线

Fig.3　Error curves of RBFNN optimized by ACO
图 4　M–PACO 流程图

Fig.4　Flow chart of M–PACO
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方案2-1
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方案2-4

方案1-1
方案1-2
方案1-3
方案1-4

和挖掘局部优异个体，方案 1 采用区

域分块集中搜索策略（图 5（a）），4
个种群的个体弥散分布在各自区域。

为了提高全局搜索能力，方案 2 采用

的整体多种群并行搜索策略，4 个种

群的个体均匀分散在三维空间各处

（图 5（b））。分析图 5 可知，两个方

案中个体分布情况均满足试验要求。

基于有限的蚂蚁转移次数，采用

两种方案优化工艺参数。如图 6 所

示，方案 2 中第 4 种群在整个搜索过

程中一直处于局部最优状态，此种群

的搜索行为失败；其他种群的适应

度值均以不同的速度增长，直到得到

当前种群最优。经过比对，方案 2 中

第 3 种群出现全局最优个体，此个

体为最终优化结果，其适应度值为

5.12 kN/mm。优化后的转速为 1504 
r/min，焊速为 207 mm/min，下压量

为 0.12 mm，预测值为 5.12 kN/mm。

采用寻优得到的工艺参数组合进行

FSLW 试验，所得接头的拉剪载荷为

5.06 kN/mm，试验值与预测值的相对

误差为 1.17%，进一步证明了 ACO
优化后 RBFNN 预测结果的准确性。

3　结果与讨论

3.1　接头横截面

采用优化后的工艺参数组合（转

速 1504 r/min、焊速 207 mm/min、下压

量 0.12 mm）进行验证试验，得到的

FSLW 接头横截面如图 7 所示。根

据组织形貌的不同，接头横截面分为

搅拌区（Stir zone，SZ）、热机影响区

（Thermo-mechanically affected zone，
TMAZ）、热影响区（Heat affected zone，
HAZ）及母材（Base metal，BM）。搅

拌针螺纹槽结构有效提升了搅拌针

附近的材料流动速度，且显著影响了

接头中沿板厚方向的材料流动 [20]。

利用常规全螺纹搅拌针进行铝合金

FSLW 时，螺纹槽驱动与之接触的材

料加速流动，SZ 轮廓主要取决于轴

肩与搅拌针外轮廓的材料流动，呈上

大下小的“碗”形 [6]。不同于常规全

螺纹搅拌针，尖部半螺纹搅拌针只有

尖部区域因螺纹槽的存在可加速材

料流动，使与尖部区域接触的材料经

历比根部区域更高的材料流动速度，

促使图 7 中的 SZ 呈现中间宽度小

的“沙漏”形。在 FSLW 过程中，搅

拌针扎入下板，接头上板材料向下流

动并在搅拌针尖端聚集，进而形成的

材料集中区会挤压搅拌针尖端的外

围材料使其向上流动。向上流动的

材料对搭接界面产生向上的挤压作

用，因此 SZ 两侧搭接界面向上弯曲，

进而在前进侧形成钩状缺陷；同时

塑性流动的铝合金在搅拌针的驱动

下不断挤压原始搭接界面，使得搭接

界面发生变形并向 SZ 延伸，最终在

接头后退侧形成延伸至 SZ 的冷搭

接 [9]。由于 SZ 两侧搭接界面所形成

的钩状缺陷和冷搭接向上弯曲，导致

前进侧的 EST（简写为 ESTA）与后

退侧的 EST（简写为 ESTR）均小于

参数名称 方案 1–1 方案 1–2 方案 1–3 方案 1–4 方案 2–1 方案 2–2 方案 2–3 方案 2–4

转速 /（r·min–1） 1200~1400 1200~1400 1400~1600 1400~1600 1200~1600 1200~1600 1200~1600 1200~1600

焊速 /（mm·min–1） 100~200 200~300 100~200 200~300 100~300 100~300 100~300 100~300

下压量 /mm 0.05~0.15 0.05~0.15 0.05~0.15 0.05~0.15 0.05~0.15 0.05~0.15 0.05~0.15 0.05~0.15

表 4　搜索参数范围

 Table 4　Searching parameter range

图 5　种群空间分布图 
Fig.5　Population spatial distribution map
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图 8 为两组不同工艺参数组

合下 FSLW 接头的 EST。其中，转

速 1400 r/min、焊速 200 mm/min、下
压量 0.15 mm 参数组合是优化前接

头最大载荷的焊接参数（表 2）。对

比常规全螺纹搅拌针，尖部螺纹驱

动与之接触的材料主要沿水平方

向流动，有效减小了材料集中区对

搭接界面向上的挤压效果，有利于

提高 EST[21]。图 7 中钩状缺陷与冷

搭接向上弯曲的高度较小，EST 提

高。转速 1504 r/min、焊速 207 mm/
min、下压量 0.12 mm 参数下接头中

的 ESTA 与 ESTR 分别为 1.33 mm 和

1.53 mm。如前所述，工艺参数是影

响钩状缺陷与冷搭接向上弯曲程度

的重要因素。与优化后接头相比，转

速 1400 r/min、焊速 200 mm/min、下
压量 0.15 mm 参数下接头的下压量

较大，材料集中区对界面的挤压作用

更大，致使 ESTA 与 ESTR 均较小，其

值分别为 1.29 mm 和 1.45 mm。参

数优化后，EST 提高，利于获得高承

载能力的铝合金 FSLW 接头。

3.2　接头的力学性能

对于转速 1504 r/min、焊速 207 
mm/min、下 压 量 0.12 mm 与 转 速

1400 r/min、焊速 200 mm/min、下压量

0.15 mm 两种参数组合，接头的断裂

模式一致，其断裂路径如图 9 所示。

在拉剪载荷作用下，裂纹在前进侧钩

状缺陷尖端扩展并向上扩展，呈现典

型的拉伸断裂特征。由于接头最终

在 SZ 失效，本文的硬度测量点主要

位于 SZ（图 7）。
根据接头的断裂模式和断裂

路径可知，显微硬度是影响接头拉

剪性能的又一重要因素。在转速

1504 r/min、焊速 207 mm/min、下压

量 0.12 mm 和 转 速 1400 r/min、焊

速 200 mm/min、下 压 量 0.15 mm 参

数组合下，接头硬度分布如图 10 所

示。6151 铝合金是热处理强化型铝

图 6　种群最优个体更新曲线

Fig.6　Optimal individual updated curve

 

 
1 mm

冷搭接

硬度测试点

前进侧 后退侧

2

0.5

ES
T A

0.3

ES
T R

钩状缺陷

HAZ
SZ

TMAZ

图 7　转速 1504 r/min、焊速 207 mm/min、下压量 0.12 mm 参数下的接头横截面

Fig.7　Joint cross section under the parameters of 1504 r/min rotating speed, 207 mm/min 
welding speed and 0.12 mm plunge depth

图 8　不同参数下接头的 EST
Fig.8　EST values of joint under different 

parameters

图 9　转速 1504 r/min、焊速 207 mm/min、

下压量 0.12 mm 参数下的接头断裂路径

Fig.9　Joint fracture path under the 
parameters of 1504 r/min rotating speed, 
207 mm/min welding speed and 0.12 mm 

plunge depth

前进侧 后退侧

断裂路径

SZ

图 10　不同参数组合下接头的显微硬度

Fig.10　Microhardness values of joint under different parameters combinations
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20 μm 20 μm

（a）  转速1504 r/min、
焊速207 mm/min、下压量0.12 mm

（b）   转速1400 r/min、
焊速200 mm/min、下压量0.15 mm

合金，由于焊接热输入影响，HAZ 与

TMAZ 因晶粒粗化和强化相溶解成

为硬度薄弱区域，而发生动态再结

晶的 SZ 因晶粒细化使得硬度高于

HAZ 与 TMAZ[22]。因此，接头测量

的显微硬度最低点出现在下板 HAZ
（图 10（a））。同时，由图 10 和 11 可

知，SZ 内沿水平方向的硬度差异不

大，且 SZ 上半部的硬度值大于下半

部。然而，当接头承受拉伸载荷时，

裂纹却向显微硬度更高的上板 SZ 扩

展，这主要与接头是前进侧受力且钩

状缺陷向上弯曲有关。与转速 1400 
r/min、焊速 200 mm/min、下压量 0.15 
mm 组合相比，转速 1504 r/min、焊
速 207 mm/min、下压量 0.12 mm 组

合的转速相近但下压量减小，使接

头热输入减少 [23]，HAZ 晶粒粗化程

度变小且强化相的溶解量变少。因

此，优化后接头 HAZ 获得更高的显

微硬度。对于 FSLW 工艺，SZ 内的

晶粒尺寸主要受材料流动速度以及

温度两个因素的影响 [22]。较高的材

料流动速度以及较低的焊接温度均

利于获得更小直径的晶粒。与转速

1400 r/min、焊速 200 mm/min、下压量

0.15 mm 相比，参数优化后接头的转

速高且温度低，进而获得小晶粒尺寸

的 SZ，如图 11 所示。相比转速 1400 
r/min、焊速 200 mm/min、下压量 0.15 
mm 参数下接头，参数优化后的转速

1504 r/min、焊速 207 mm/min、下压

量 0.12 mm 接头通过较高的显微硬

度和 EST 提高了接头拉剪性能，其

拉剪载荷达到 5.06 kN/mm，较优化

前的最大拉剪载荷提高了 6.08%。

4　结论

采用尖部半螺纹搅拌针进行

6151 铝合金 FSLW 试验，利用 ACO
优化后的 RBFNN 建立焊接工艺参数

与拉剪载荷之间的关系，并进一步协

同 M–PACO 进行工艺参数优化以提

高接头的拉剪性能，主要结论如下。

（1）采用 ACO 优化后的 RBFNN
与优化前相比，相对预测精度从

95.5% 提高至 99.17%，且收敛速度更

快。

（2）基 于 RBFNN 与 M–PACO
的协同获得的最优工艺参数为转速

1504 r/min、焊 速 207 mm/min 和 下

压量 0.12 mm，且基于 RBFNN–ACO
的预测接头强度与实测接头强度误

差仅为 1.17%。

（3）与优化前最大强度的接头

相比，基于优化工艺参数所得的接头

具有更大的 EST 与硬度更高的 SZ，
进而拉剪载荷从 4.77 kN/mm 提高至

5.06 kN/mm。
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Process Parameters Optimization of Aluminum Alloy Friction Stir Lap 
Welding by RBFNN-ACO

YUE Yumei, HAN Song, GUO Ruixiu, JI Shude
(Shenyang Aerospace University, Shenyang 110136, China)

[ABSTRACT]　Friction stir lap welding of 6151 aluminum alloy was carried out by using the tip-half-thread pin, and 
the process parameters were optimized by combining radial basis function neural network (RBFNN) and ant colony 
optimization (ACO) algorithm, to improve the characteristics of lap interface and maximize the bearing capacity of the 
joint. The result showed when the rotational velocity, welding speed and plunge depth were 1504 r/min, 207 mm/min and 
0.12 mm, respectively, the highest tensile shear load of the joint reached 5.06 kN/mm, which was increased by 6.08% than 
the highest tensile shear load before optimization. The RBFNN combining with ACO provides an effective way to optimize 
the welding processing parameters and further enhance the strength of aluminum friction stir lap welding joint.
Keywords: Friction stir lap welding (FSLW); Tip-half-thread tool pin; Radial basis function neural network (RBFNN); 
                    Ant colony optimization algorithm; Parameters optimization
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罗　云

  博士研究生，研究方向为异质多孔

夹层结构钎焊及其应用。

金属多孔夹层结构具有高的比

强度、承载能力和良好的抗冲击性

能，以及吸能、耐热、消音等特殊性

能，已广泛应用于航空航天等领域。

金属多孔夹层结构主要用于超高速

飞行器的热防护系统、航空发动机

整流罩及低压涡轮用静子扇形封严

件等 [1–3]。夹层结构通常由多孔芯

体连接到两个外面板组成，可根据服

役环境选择不同的材料制备。金属

多孔夹层结构的材料主要以铝合金、

钛合金及镍基高温合金为主。金属

多孔夹层结构的钎焊研究从 20 世纪

70 年代兴起，研发机构以欧美的航

天院所、飞机制造企业及军工企业为

主，包括 NASA、洛克希德·马丁、波

音等。芯体形式以蜂窝结构为主 [4–5]。

目前，金属多孔夹层结构的研究

主要集中在面向更轻质高效的新型

夹层结构设计 [6–7]，而夹层结构的制

造研究相对滞后。金属多孔夹层结

构的制造可分为芯体制造及芯体与

面板连接两方面，其中夹芯与面板的

高质量连接是实现金属多孔夹层结

构应用的重要保证。目前芯体与面

板的连接以胶接法为主 [8–10]，胶接法

虽然成本低、操作简便，但其无法满

足金属多孔夹层结构在极端条件的

安全服役。由于钎焊过程采用整体

加热，引起的焊件热应力和变形程度

较小，可以实现多条焊缝的一次性成

形，具有较高稳定性，钎焊法制备金

属多孔夹层结构受到越来越多的关

注 [11]。采用钎焊法实现芯体与面板

面向航空航天的金属多孔夹层结构钎焊研究
现状及发展趋势*

罗　云 1，胡胜鹏 1，2，3，李子寒 3，刘亚洲 1，3，宋晓国 1，2，3，曹　健 1

（1. 哈尔滨工业大学先进焊接与连接国家重点实验室，哈尔滨 150001；
2. 山东船舶技术研究院，威海 264209；

3. 哈尔滨工业大学（威海）山东省特种焊接技术重点实验室，威海 264209）

[ 摘要 ]　金属多孔夹层结构具有质轻，比强度、比刚度高，耐高温、耐腐蚀，消音、隔热等优异性能，在航空航天领域高端装

备的应用受到越来越多的关注。钎焊法是实现金属多孔夹层结构芯体与面板连接的首选方法。然而夹芯与面板大面积

钎焊过程中易产生钎料对薄壁母材溶蚀、焊合率低、焊接变形大、界面易形成连续脆性反应产物等缺陷，因此金属多孔夹

层大面积钎焊仍有较大难度，迫切需要开展金属多孔夹层钎焊基础研究。国内外学者针对连接界面微区反应产物的种类

和分布调控、薄壁母材的溶解预测、薄壁夹芯的焊接热变形控制等难题，研究了钎焊界面组织调控新方法、钎焊工艺 – 钎

角形态 – 接头组织 – 接头力学性能的整体对应关系，阐明接头的组织演化规律，优化接头的力学性能，具有重要的科学意

义及工程应用价值。本文从金属多孔夹层结构钎焊接头界面微区调控、基于力学性能优化的钎焊接头微观形态设计、钎
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（a）T型线接触形式接头 （b）搭接面接触形式

正六边形芯体

正三角形芯体

正四边形芯体

60°

120°

120°

90°

面板
面板

芯体 芯体

钎料 钎料

瓦楞芯体

（a）芯体热变形、芯体溶蚀及脱连缺陷 （b）面板溶蚀缺陷

的连接，能够充分发挥金属多孔夹层

结构轻量化与多功能化的优势，如能

够满足在高承载和高温下安全服役。

随着服役环境的日益严苛，钎焊法制

备金属夹层结构在高端装备中的应

用需求逐渐增加。

在钎焊法制造金属夹层结构的

研究中，通过分析薄壁芯体（芯体壁

板厚度一般 <100 μm）与面板的接

头形式可知，蜂窝夹层结构及其衍

化的类蜂窝型夹层结构等，其芯体

与面板的接触形式为 T 型线接触，

如图 1（a）所示；而波纹板夹层结构

等 [12]，其芯体与面板的接触形式为搭

接面接触，如图 1（b）所示。图 2[13]

为金属多孔夹层结构钎焊典型缺陷

宏观形貌。结合图 1 和 2 可知，在芯

体与面板的钎焊过程中，存在钎缝数

量多、芯体壁薄、复杂结构导致的传

热不均匀等特点，这些特点给金属夹

层结构的高可靠钎焊制造带来了较

大挑战： （1）液态钎料对薄壁芯体的

溶解量难预测，易形成溶蚀或芯体与

面板脱连等缺陷； （2）液态钎料在母

材表面的润湿行为受母材成分影响

较大，易形成钎料漫流现象，与非连

接处面板反应生成连续的金属间化

合物层，导致面板凹陷变形，降低面

板材料的力学性能； （3）界面反应生

成的脆性相种类和数量较多，严重降

低接头承载性能及可靠性； （4）大面

积金属多孔夹层结构高温钎焊过程

中，热应力大和芯体变形量大，导致

焊合率低和结构力学性能降低。

本文将从金属多孔夹层结构钎

焊界面反应微区调控、基于力学性能

优化的接头微观形态设计、钎焊过程

对金属多孔夹层结构力学性能影响

及焊后金属多孔夹层结构强化机制

和液态钎料对母材的溶解预测模型

4 个层面对国内外研究进行综述。

1　金属多孔夹层结构钎焊
      接头界面微区调控

在钎焊过程中，钎料中元素向母

材扩散，母材向钎料中溶解，钎缝中

复杂的化学反应使得界面产物的种

类、数量及分布难以预测及控制，特

别是当二者间物理化学性质差异悬

殊时，易造成接头残余应力大，并且

界面易生成连续脆性反应产物，严重

降低接头承载性能及可靠性 [14–15]。

因此揭示界面反应及连接机理，调控

连接界面微区反应产物的种类和分

布，探讨缓解钎焊接头应力的方法具

有重要意义。

由于同质多孔夹层结构的钎焊

过程选用的钎料通常与母材为同一

种类材料，因此通过结合相图分析可

预测界面产物的种类，并优化钎焊工

艺调控界面产物的形成，获得具有较

高强度的接头，钎焊工艺的窗口较

大。如岳喜山等 [16] 采用 Ti–Zr–Ni–
Cu 钎料实现了 TC4 钛合金蜂窝夹层

结构钎焊，研究了钎焊温度和保温时

间对 TC4 钛合金蜂窝夹层结构接头

组织及力学性能的影响，结果表明，

当钎焊温度为 860 ℃时，由于钎料与

母材反应不充分，结构平拉强度仅为

4.7 MPa；当钎焊温度超过 TC4 的相

变温度，导致母材晶粒粗化，结构平

拉强度降低；当保温时间较短时，对

接头界面组织的影响类似于钎焊温

度，在钎焊规范为 930 ℃ /12 min 下，

接头界面组织为完全的 α+β 魏氏组

织，并避免了母材溶蚀缺陷形成及相

变，获得最高平拉强度为 15.6 MPa。
静 永 娟 等 [17] 采 用 Ti–Zr–Ni–Cu 钎

料，在钎焊规范为 930 ℃ /15 min 下，

实现了 TC1 钛合金蜂窝夹层结构的

钎焊，界面组织为 Ti 基固溶体和均

匀分布在其内部的细小 TiNi2（Cu，
Zr）化合物，因此获得的接头强度为

17.5 MPa。由于钎焊过程中，钎料中

的 Cu 元素和 Ni 元素由钎料向母材

扩散，使得靠近钎料侧母材的 β 相变

温度降低，导致该处母材形成粗大的

魏氏体组织，这使得靠近钎料侧的芯

体成为结构的薄弱区。以上结果表

明，钎焊工艺的选择除了要考虑获得

力学性能较好的界面组织，还需要考

图 1　典型金属多孔夹层结构示意图 [12]

Fig.1　Schematic of typical metal porous sandwich structures[12]

图 2　典型金属多孔夹层结构钎焊缺陷 [13]

Fig.2　Typical brazing defects of metal porous sandwich structure[13]
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虑避免母材显微组织发生不利于力

学性能的转变。

在异质多孔夹层结构钎焊过程

中，由于母材之间物理化学性质差异

较大，并且现有大多数商业钎料是为

了实现同种材料高质量钎焊而研发。

从现有的研究中可知，采用这些商用

钎料进行异种材料钎焊，界面形成的

脆性相种类和数量较多，界面组织调

控难度大，接头力学性能相对于同种

材料钎焊接头较低 [18–22]。此外，考虑

到多孔夹层结构的芯体壁薄等特点，

异质多孔夹层结构的钎焊研究具有

更大的挑战性。

Luo 等 [23] 采用 BNi–2 非晶钎料

真空钎焊 TiAl/GH3536 异质蜂窝夹层

结构研究钎焊温度、保温时间及钎料

厚度对钎焊接头组织演化、母材溶解

量及接头力学性能的影响，结果表明，

随着钎焊温度升高，钎料对芯体的溶

解程度增加，钎料沿着芯体的爬升高

度降低，当钎焊温度升高至 1160 ℃，

溶蚀缺陷形成，芯体与钎缝界面形成

颈缩状，有效承载面积急剧减少，芯

体中形成的较低熔点 Ni+Ni3B 共晶

组织（1093 ℃）加剧了芯体的溶解程

度。保温时间和钎料厚度的影响与钎

焊温度类似，但钎焊温度对母材溶解

量的影响更大。溶蚀缺陷的尺寸、形

态及形成条件表明，与同质多孔夹层

结构相比 [24]，异质多孔夹层结构钎焊

接头中缺陷的形成对钎焊工艺更敏

感。当钎焊规范为 1080 ℃ /5 min 时，

结构平拉强度达到最大值 20 MPa。
在与块体 TiAl/BNi–2/Ni 搭接钎焊

接头界面组织对比后发现，传统块

体钎焊过程中，镍合金母材侧会形

成连续粗大的 Cr–B 化合物层（图

3（a）中 III 区），该层是接头的薄弱

区 [25]。但在蜂窝夹层结构的钎焊研

究中，GH3536 芯体侧 Cr–B 化合物

则是呈现细小并弥散分布在镍固溶

体中类似复合材料的微观组织（图 3
（b）[23]），接头的薄弱区转移至 TiAl
面板侧连续的 Ti–Al–Ni 金属间化合

物层，这表明钎焊结构形式的变化

对界面反应与连接机理有显著的影

响，可以通过设计钎焊接头结构形

式来调控界面反应。

Han 等 [26] 采 用 BNi–5 钎 料 和

1150 ℃ /3 min 的钎焊规范，分别钎焊

IN718 薄壁结构和传统 IN718 块体结

构，研究发现，两种结构钎焊接头中变

温凝固区（ASZ）都含有连续共晶结

构，但其分布存在一定差异，如图 4 所

示。由于薄壁结构的特点使得钎焊接

头具有较大的等效钎缝宽度，导致钎

角处形成大块岛状的共晶组织。

Han 等 [27] 采用含有 IN718 颗粒

增强相的 BNi–5 钎料真空钎焊 IN718
薄壁结构，钎焊规范为 1150 ℃ /3 min，
研究表明，当 IN718 颗粒增强相含量

增加，钎角处镍固溶体含量增加并且

共晶组织分散程度增加，如图 5 所

示，添加的增强相颗粒作为形核质点

有利于（Cr，Nb，Ti）6（Ni，Fe）16Si7

相形成，随后围绕该相形成的二次固

溶体分散了大块岛状共晶组织。

2　基于力学性能优化的钎焊
      接头微观形态设计

Shi 等 [28] 采用环氧树脂作为黏

结剂实现了 C/C 复合材料面板与铝

合金蜂窝芯之间的连接，并通过在环

氧树脂中添加不同含量短碳纤维调

控环氧树脂“圆角”（类似钎角）的

尺寸，随着添加的碳纤维含量增多，

环氧树脂与母材的接触面积增大，提

高了多孔夹层结构的抗拉强度。该

研究表明，环氧树脂“圆角”的尺寸

对接头强度有显著作用，相似的结论

也能在研究中得到印证。因此，对于

实现金属多孔夹层结构的高可靠钎

焊，开展基于力学性能优化的钎焊接

头微观形态设计研究具有重要的意

义。

Kozlova 等 [29] 通过理论推导与

试验验证相结合，证明了块体材料钎

焊过程中钎角的形态与液态钎料在

母材表面的本征润湿角 θ* 有关。如

图 6[30] 和 7[29] 所示，当 45°<θ*≤ 90°

图 4　钎焊接头界面组织对比 [26]

Fig.4　Microstructure characteristic region in typical brazed joint[26]

（a）块体搭接钎焊接头 （b）薄壁结构钎焊接头

DAZ

ISZ

ASZ

BM 100 μm
100 μm

Fillet region

Dendrite

ASZ

Parallel region

图 3　TiAl/BNi–2/GH3536 钎焊接头界面组织对比 [23，25]

Fig.3　Microstructure characteristic region in typical brazed joint[23，25]

（a）块体搭接钎焊接头[25] （b）蜂窝夹层结构钎焊接头[23]
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ⅠⅡ   Ⅲ           Ⅳ
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（a）没有添加颗粒 （b）添加质量分数10%的增强相颗粒
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时，接头界面无缺陷且钎料主要留

在钎缝中，液态钎料沿着 A 材料爬

升高度较小，该研究认为这是由于

施加给液态钎料的外部压力 Pext 远

小于毛细作用力，并且液态钎料在 A
材料侧面爬升前沿液面的角度近似

等于其仅在 A 材料上的平衡润湿角

θA。

弯曲液面处的压力极限值 Pc
* 为
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 （1）

式中，θB 为液态钎料在 B 材料上的

平衡润湿角；σLV 为液体表面能；e0 为

钎缝宽度。

如图 6（b）[30] 和 8[29] 所 示，当

θ*<45° 时，由于外部压力和毛细作用

力在同一方向上，Pc
* 是负值，钎缝成

形良好，并于钎缝外侧形成了半月形

钎角。

Wang 等 [31] 以 4343 铝合金箔带

作为钎料钎焊 3003 铝合金蜂窝夹层

结构，研究了钎焊温度和保温时间对

钎焊接头微观形貌的影响，如图 9 所

示 [31]，当钎焊温度升高，芯体的溶解

程度增加，并且芯体热变形程度增

大，延长保温时间的影响与升高钎

焊温度类似；在钎焊规范 600 ℃ /15 
min 下，结构达到最高平拉强度 5 
MPa，断裂位于钎料润湿芯体的三

相线前沿；当钎焊规范为 620 ℃ /15 
min 时，由于钎料对芯体过量溶解，

芯体壁厚明显减薄，并且钎料沿着芯

体爬升高度降低，减薄的芯体失去钎

角的保护，成为结构的薄弱区；当钎

料对芯体溶解程度较大并且接头处没

有形成良好的钎角，如图 9（b）[31] 所

示，接头强度会急剧降低。研究表明，

可以通过钎焊工艺调控金属多孔夹层

结构钎焊接头的微观形态。

Jiang 等 [32] 采用有限元模拟和

试验相结合，研究钎角对不锈钢板翅

结构抗拉强度的影响。图 10[32] 为有

限元模拟接头在承受拉伸载荷条件

下的应力分布影响，可知，随着钎料

爬升高度的增加，分布在钎角的应力

降低。该研究通过改变钎料厚度调

控钎料沿着芯体表面爬升的高度，试

验结果表明，随着钎料厚度增加，钎

料爬升高度增加，夹层结构抗拉强度

呈现先增大后减小的趋势，强度降低

的原因是接头中间会形成许多脆性

图 5　IN718 薄壁结构钎焊接头界面组织 [27]

Fig.5　Microstructure of brazed IN718 walled structure[27]

图 6　钎料在母材表面本征润湿角对钎角形状的影响 [30]

Fig.6　Effect of intrinsic contact angle θ* on topology of brazing fillet[30]

图 8　304L/Ag–Cu/Cu 夹层钎焊结构微观形貌（T = 860 ℃，20 min）[29]

Fig.8　Micromorphology of 304L/Ag–Cu/Cu sandwich brazing structure（T = 860 ℃，20 min）[29]

图 7　316L/Ag–Cu/304L 夹层钎焊结构微观形貌（T = 800 ℃，20 min）[29]

Fig.7　Micromorphology of 316L/Ag–Cu/304L sandwich brazing structure （T = 800 ℃，20 min）[29]

316L

314L 1 mm

304L

Cu 1 mm

（a）600 ℃/15 min （b） 620 ℃/15 min

250 μm 500 μm

图 9　钎焊工艺参数对接头微观形态的影响 [31]

Fig.9　Microstructures of joints under different process parameters[31]
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相和裂纹，导致结构力学性能迅速恶

化；当钎料厚度为 140 μm 时，接头

达到最大抗拉强度，该研究认为这是

良好的接头界面组织与接头微观形

态协同作用的结果 [32]。

Busbaher 等 [33] 采 用 Mo–Ni 钎
料在 H2 和 N2 气氛中加热至 1350 ℃
实现了 Mo 和 Mo–Re 钎焊，如图 11
所示，当钎料凝固后形成的钎角形

貌为典型平衡自由表面，即熔融钎料

建立了具有最小势能的平衡形貌。

Sekulic[34] 和 Zellmer[35] 等建立了钎

角形状预测模型，需满足式（2）和式

（3）。
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式中，Ep 为总势能；Es 为熔融金属表

面自由能；Eg 为重力势能；Ew 为润

湿表面张力能（熔融金属 – 固态母

材）；Vjoint 为实际应用中具体接头的

大小。预测钎角形状模型需要钎角

体积、质量及其外形和力学性能等参

数，这些参数可以通过特定的钎焊试

验获得。

Sekulic 等 [36] 采 用 Al–Si 钎 料

在 N2 气氛保护下钎焊铝合金热交换

器，钎焊规范为 605 ℃ /2 min，接头形

式为翅片 – 管式。由于钎料中部分

Si 会扩散至母材中，因此只有一部分

熔融钎料在表面张力驱动下能够到

达接头界面。在知道该部分钎料数

量的前提下，将可以对钎角尺寸进行

预测和模拟。根据质量守恒定律，可

知钎焊接头处钎料的质量为

mjoint = mclad – mresidue = mclad –（mdepleted +

    msolid solution + Σmi） （4）
式中，mclad 为焊前钎料厚度；mresidue

为当加热至钎焊温度后未熔化的残

余固态金属的质量，包括了由于硅

扩散进母材导致的硅元素损耗质量

mdepleted；msolid solution 为钎料熔化后原位

形成的固溶体质量；Σmi 为由于流动

金属的黏性而留在原位的金属质量。

图 12 为钎角尺寸及形状的模拟结

果，其中 L 为参与表面张力驱动流动

的假定钎料长度。该研究为金属多

孔夹层结构钎焊接头微观形态设计

提供了理论基础。

Zhao 等 [37] 还 基 于 AA3003/
AA4343 铝合金钎焊试验，建立了非

接头界面处母材表面残留钎料厚度

的预测模型；在模拟钎料的扩散控

制熔化行为时，将钎料基体假设为具

有特定晶体尺寸，并且达到钎焊温度

前钎料中硅的含量与焊前相同，钎焊

过程中硅含量的变化遵循菲克扩散

定律；在设定相应的初始条件和边

界条件后，采用相应的硅元素扩散微

分方程对模拟进行简化。图 13[37] 为

非接头处面板待焊面残留钎料厚度

试验值与预测值对比。该研究为金

属多孔夹层结构钎焊接头的钎角尺

寸预测模型进行了补充。

3　钎焊过程对结构力学性能的
      影响及焊后强化方法

高温钎焊过程会导致母材晶粒

长大，结构强度会有一定幅度的降

低，因此钎焊工艺对母材微观组织及

力学性能的影响应该被考虑。此外，

金属多孔夹层结构的焊后热变形程度

对结构力学性能有明显影响。因此焊

后多孔夹层结构强化研究非常重要。

由于制造的金属蜂窝夹层结构、

芯体及其衍化的类蜂窝芯体通过点

焊进行制造，因此双壁板处存在间

隙，如图 14 所示 [23]。钎焊过程中液

态钎料可以通过毛细作用填充间隙，

焊后芯体的平压强度会得到提升，

以抵消高温处理对芯体材料力学性

能造成的不利影响。Luo 等 [23] 采用

BNi–2 钎料钎焊 TiAl/GH3536 异质

蜂窝夹层结构，由于选用的钎料熔化

后具有良好的流动性，填充了蜂窝芯

双壁厚处的间隙，并且硼化物在芯体

中的析出形成了析出强化效应，提升

了芯体的平压强度，最终所获得的夹

层结构的平压强度高于具有相同等

图 11　Mo/Mo–Ni/Mo–Re 钎焊接头钎角形貌 [33]

Fig.11　Fillet topology of Mo/Mo–Ni/Mo–Re 
brazed joint[33]

图 10　波纹板夹层结构钎焊接头有限元

模拟应力分布 [32]

Fig.10　Finite element modeling of stress 
distribution for brazed joint of plate-fin 

structure[32]

（a）无钎角

（b）有钎角

Max

图 12　实际接头轮廓与预测形态比较 [36]

Fig.12　Comparison between an actual joint 
profile and predicted topology[36]
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力更高。该研究表明，可以采用有限

元模拟方法对金属多孔夹层结构尺

寸参数进行优化，在满足服役性能的

前提下，尽可能降低结构在钎焊过程

中形成的热应力及热变形。

综上可知，目前研究主要是通过

焊后热处理工艺及钎料与母材的反

应，产生析出强化效应，提升母材强

度。此外，采用熔化后具有良好流动

性的钎料有效填充芯体双壁厚间隙，

可以提升金属多孔夹层结构的力学

性能。在焊后结构热变形的研究中，

关于通过试验方法精确测量芯体变

形程度的研究较少，主要通过有限元

模拟进行钎焊工艺参数对多孔夹层

结构残余热应力及热变形分布的影

响。

4　液态钎料对母材的溶解
      预测模型

高温下熔融钎料对薄壁母材的

溶解量会影响钎焊接头界面组织演

图 14　TiAl/GH3536 蜂窝夹层结构焊后强化机制示意图 [23]

Fig.14　Schematic diagram of strengthening mechanism of TiAl/GH3536 honeycomb 
sandwich structure[23]

效密度的其他拓扑结构芯体平压强

度，与钎焊前相比强度提升了 95%，

为 60 MPa。
Eustathopoulos[38] 和 Washburn[39]

等研究了液态钎料沿着两块平行板

从底部向顶部间隙浸润的物理模型，

如式（5）所示。
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 （5）

式中，θ为液态钎料在母材表面的本

征润湿角；η是动态黏度；σLV 为液

体表面能；h 为两块平行板之间的间

距。根据该模型可知浸润距离 y 与

时间 t 之间的函数关系。当液态钎

料在浸润过程中能够与母材发生反

应，则钎焊中浸润过程将由界面反应

控制，此时平均浸润速率等同于钎料

在母材表面的润湿速率，只有几μm/s。
该研究可为金属多孔夹层结构钎焊

过程中钎料对芯体结构间隙填充效

率提供理论依据。

Yang 等 [40] 利用固溶时效方法提

升钎焊 6063 铝合金点阵夹层结构的

压缩强度，研究结果表明，在固溶规

范 510 ℃ /30 min、时效规范 180 ℃ /
8 h 条件下，结构压缩强度提升了约

200%。Zhang 等 [24] 采 用 BNi–2 钎

料在 1050 ℃真空下钎焊镍基合金蜂

窝夹层结构，然后在马弗炉中进行时

效处理，研究了时效参数对钎焊接头

界面组织演化规律和力学性能影响。

图 15[24] 为时效参数在 900 ℃分别保

温 10 h、20 h 和 30 h 条件下的结构

应力 – 应变关系曲线，结构的平拉强

度和平压强度都是随着时效时间延

长而下降。随着时效时间延长，结构

的平拉强度和平压强度降低幅度分

别超过 22% 和 55%。该研究通过对

钎焊接头界面组织分析发现，随着时

效时间延长，金属间化合物和共晶组

织减少，固溶体增多。时效过后结构

性能下降的原因可能是材料在高温

时发生氧化。

Chen 等 [41] 通过有限元方法分

别研究了钎焊温度、装配载荷和中间

层对钎焊不锈钢板 – 翅结构残余热

应力及热变形的影响，研究结果表

明，面板与芯体的接头存在较高的残

余热应力，钎焊过程中由于施加了装

配载荷，芯体容易产生热变形，随着

钎焊温度的升高，芯体热变形程度增

加。如图 16 所示 [41]，由于装配载荷

施加在夹层结构上面板处，该处结构

热变形程度最大。选用具有更高屈

服强度的中间层，接头产生的残余应

图 13　残留物厚度试验值与预测值的比较 [37]

Fig.13　Comparison of modeled and 
experimental thickness data for formation of 

residue[37]
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图 15　不同时效时长下镍合金蜂窝夹层结构拉伸应力 – 应变和压缩应力 – 应变曲线 [24]

Fig.15　Tensile stress versus strain and compressive stress versus strain curves of honeycomb 
sandwich structure at different aging time[24]
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化、钎角形态及缺陷的形成，是影响

金属多孔夹层结构力学性能的重要

因素之一，因此开展钎料对母材溶解

量的定量研究对于金属多孔夹层结

构的钎焊工艺选择具有重要意义。

Lashko 等 [42] 推导出定量评估母

材在钎料中溶解质量的理论模型。该

模型的使用需要获取钎焊过程中精确

的固 / 液界面接触面积、熔融钎料的

有效体积等参数，这些参数难以获取，

这使得该模型的使用受到限制，并且

对于金属多孔夹层结构钎焊质量优

化，钎料对母材的溶解厚度预测值比

溶解质量具有最为直接的指导意义。

Zhang 等 [43] 基于以上研究推导

了用于定量评估母材在钎料中溶解

厚度的理论模型，如式（6）所示。
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 （6）

式中，CL、α分别为溶解度和溶解系

数；ρL 为熔融钎料密度；ρm 为母材密

度；WB 为中间层厚度；t 为保温时间；

Wt 为母材溶解厚度。Zhang 等 [43] 设

计了不同钎焊规范下的 BNi–2 钎料

真空钎焊不锈钢试验，获取母材溶解

厚度，与模型预测值对比，结果表明，

所建立模型的预测值与试验值吻合。

该研究关于母材在钎料中溶解度和溶

解系数两个重要参数如何获取，以及

将钎焊过程中钎料密度约等于母材密

度的处理方式原因并未详细解释。

Li 等 [44] 基于第一性原理推导

出了母材在钎料中溶解厚度模型，如

式（7）~（9）所示，该模型没有涉及

溶解度和溶解度系数的概念，并设

计了 AgCuTi 钎料真空钎焊 TiAl 与
42CrMo 钢的试验，获取溶解数据验

证了所建立的半经验模型有效性，研

究成果为建立钎料对薄壁芯体溶解

厚度的预测模型提供了理论基础。
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式中，Wd 为母材溶解厚度；ns 为母

材在熔融钎料中的饱和浓度；K 为

母材在熔融钎料中的溶解速率系数；

Wb 为钎缝初始宽度；ρs 为母材密度；

t 为保温时间；T 为钎焊温度；a 和 b
为常数系数；A 为常数；Ea 为激活能；

R 为气体常数。

5　结论

金属多孔夹层结构作为兼具形

状 – 性能 – 功能一体化的材料广泛

应用于航空航天领域。突破金属多

孔夹层结构的高可靠钎焊是拓宽其

工程应用的关键环节。目前金属多

孔夹层结构的钎焊研究主要从界面

反应微区调控、基于力学性能优化的

钎焊接头微观形态设计、钎焊过程对

结构的影响及金属多孔夹层结构焊后

强化、液态钎料对母材的溶解预测模

型建立 4 个层面开展。然而关于金属

多孔夹层结构钎焊质量评价体系的建

立不够完善，中间层设计准则不明确，

接头内应力的准确测量仍然是一个难

题。今后可从以下 5 个方面开展金属

多孔夹层结构的钎焊研究。

（1）优化设计新钎料体系，缓解

接头热失配，阐明微量元素对钎料与

母材界面结合的影响机理，基于反应

产物设计提高接头的高温服役性能，

达到低温连接、高温使用的目的，揭示

界面微观组织与接头力学性能的对应

关系，建立对应体系的界面反应模型。

（2）采用工业 CT 或超声波检测

技术对金属多孔夹层结构钎焊接头

焊合率进行评价。

（3）揭示钎焊工艺 – 钎焊接头

微观形态 – 母材溶解量 – 残余应力 –
力学性能的整体对应关系。

（4）利用同步辐射技术测量接

头内的应力分布，研究芯体结构形态

对面板与芯体接头界面组织与残余

应力的影响。

（5）结合金属多孔夹层结构应

用背景，建立系统的接头综合力学性

能测试与质量评价标准，如金属多孔

夹层结构室温及高温的抗弯曲、压

缩、抗冲击、疲劳及模态试验。
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向为先进材料及异种材料连接技术及应用。

Research Status and Development Trend of Brazing Metal Porous Sandwich 
Structure Toward Aerospace

LUO Yun1, HU Shengpeng1,2,3, LI Zihan3, LIU Yazhou1,3, SONG Xiaoguo1,2,3, CAO Jian1

(1. State Key Laboratory of Advanced Welding and Joining, Harbin Institute of Technology, Harbin 150001, China;
2. Shandong Institute of Shipbuilding Technology, Weihai 264209, China;

3. Shandong Provincial Key Laboratory of Special Welding Technology, Harbin Institute of Technology (Weihai), 
Weihai 264209, China)

[ABSTRACT]　Porous metal sandwich structure has light weight, high specific strength and stiffness, high temperature 
and corrosion resistance, sound dissipation, heat insulation and other excellent properties. The application of high-end 
equipment in the aerospace field is receiving more and more attention. Brazing is the preferred method to realize the 
joining between core and face sheets of porous metal sandwich structure. However, the process of large area brazing of 
core and face sheets is prone to defects such as melting of brazing filler to thin-walled base metals, low brazing rate, large 
brazing deformation and formation of continuous brittle reaction products at the interface, so large area brazing of porous 
metal sandwich structure is still difficult, and basic research on brazing of porous metal sandwich structure is urgently 
needed. Scholars at home and abroad pay attention to the adjusting of joining interface micro-reaction products for the 
type and distribution, dissolution prediction of thin-walled base metals, welding heat deformation control of thin-walled 
core and other challenges. The study about new methods of brazing interface microstructure control, brazing process–
morphology of brazing fillet–microstructure of brazed joint–the mechanical properties of the joint was conducted to 
clarify the microstructure evolution of the brazed joint and optimize the mechanical properties of the joint. It has important 
scientific significance and the value of application. The progress of domestic and international research is reviewed in terms 
of the interface micro-zone control of the brazed joint of the metal porous sandwich structure, the micro-morphological 
design of the brazed joint based on the optimization of mechanical properties, the effect of the brazing process on the 
mechanical properties of the structure, and the predictive model for dissolution of base metals in molten brazing filler metal, 
respectively.
Keywords: Aerospace; Metal porous sandwich structure; Brazing; Interface micro-zone control; Predictive model for 

dissolution of base metals in molten brazing filler metal; Micro-morphological design of brazed joint based on 
optimization of mechanical properties
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马　核

  博士研究生，研究方向为焊接结构

完整性。

钛合金整体叶盘是先进航空发

动机压气机系统的典型轻质高效结

构 [1–2]。航空发动机压气机整体叶

盘工作时，叶片和盘承受的温度条件

和应力条件有着显著差异。为实现

力学性能的最优化配置，叶片宜选用

α+β 区锻造的高周性能更优秀的钛

合金（双态组织钛合金），轮盘宜采用

β 区锻造的低周性能较好的钛合金

（网篮组织或片层组织钛合金）[3]。

研究发现，采用线性摩擦焊技术

连接两种不同性能的钛合金材料成

为获得“双性能”整体叶盘的有效手

段 [4–5]。线性摩擦焊（Liner friction 
welding，LFW）技术是一种高效固

相连接技术 [6–7]。通常，钛合金线性

摩擦焊接头表现出微观组织区域变

异性特征，焊缝中心的微观组织细

小，热力影响区的材料发生了明显塑

性变形 [8–11]。钛合金线性摩擦焊微

观组织的特征导致了钛合金线性摩

擦焊接头力学特征也呈现出区域变

异性特征。Ji[12]、Li[13] 和 Tao[14] 等测

量了双性能钛合金线性摩擦焊接头

断裂韧性，研究表明，接头是钛合金

线性摩擦焊结构断裂韧性的薄弱环

节。

断裂韧性是钛合金整体叶盘工

程应用中关注的重点，提高双性能钛

合金线性摩擦焊接头断裂韧性对于

钛合金整体叶盘可靠性具有重要意

义。微观组织的改变是钛合金线性

摩擦焊接头断裂韧性产生变异性的

根本原因。深入研究裂纹在不同微

观组织中的扩展机制是改善钛合金

线性摩擦焊接头断裂韧性的基础。

本研究将针对 TC17（双态组

织）/TC17（网篮组织）钛合金线性

异态 TC17 钛合金线性摩擦焊接头微观组织与
断裂韧性研究*

马　核 1，李　菊 2，3，王　月 1，李晓红 2，3，张田仓 2，3，张彦华 1

（1. 北京航空航天大学，北京 100191；
2. 中国航空制造技术研究院航空焊接与连接技术航空科技重点实验室，北京 100024；

3. 北京市摩擦焊接工艺与装备工程中心，北京 100024）

[ 摘要 ]　根据钛合金双性能整体叶盘制造的需要，研究了异态（双态组织与网篮组织）TC17 钛合金线性摩擦焊接头

的微观组织与断裂韧性。结果表明，接头焊合区（WZ）为剧烈破碎的含亚稳定相细晶组织，热力影响区（TMAZ）为

热塑性变形组织，且部分初生 αp 相发生了溶解。焊态接头 WZ 与 TMAZ 的断裂韧性与母材相比有较大幅度降低，

产生了明显的脆性倾向，而焊后退火热处理可使接头中的亚稳定相分解并形成平衡态 α+β 组织，可在一定程度上缓

解接头的脆性倾向。

关键词：钛合金；线性摩擦焊（LFW）；微观组织；断裂韧性；断裂机制

DOI： 10.16080/j.issn1671-833x.2022.21.071

* 基金项目：国家科技重大专项（2017–Ⅶ–
0005–0098)。

引文格式：马核 , 李菊 , 王月 , 等 . 异态 TC17 钛合金线性摩擦焊接头微观组织与断裂韧性研究[J]. 航空制造技术 , 2022, 65(21): 
71–77.
MA He, LI Ju, WANG Yue, et al. Study on microstructure and fracture toughness of linear friction welded joint of bimodal 
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摩擦焊接头，开展焊接态及热处理态

接头微观组织、断裂韧性、断裂机制

研究，为航空发动机双性能钛合金整

体叶盘线性摩擦焊工艺优化提供依

据。

1　材料与试验

1.1　材料与焊接

本研究所用材料为 TC17（双态

组织）与 TC17（网篮组织）钛合金（以

下分别简称 TC17（双态）与 TC17（网

篮））。TCl7 钛合金是一种富 β 稳定

元素的 α+β 型（过渡型）两相钛合金，

其化学成分如表1所示。TC17 （双态）

钛合金为在两相区进行常规锻造的

TC17 钛合金，室温下为双态组织（由

等轴 αp 相与片层 αp 相交错分布构

成），如图 1（a）所示。TC17（网篮）

为在近 β 区锻造的 TC17 钛合金，室

温条件下可见粗大 βMA 晶粒，βMA 晶

粒内分布网篮 αp 相结构，如图 1（b）
所示。网篮 αp 相通常具有较高的断

裂韧性和低周性能。

线性摩擦焊试验在优选工艺参

数条件下进行，被焊试件尺寸为 130 
mm×75 mm×20 mm，名义摩擦面

尺寸为 75 mm×20 mm，振动方向沿

75 mm 方向进行。焊接后对部分焊

接试样进行真空退火热处理，退火工

艺为 655 ℃ /3 h。
TC17（双态）/TC17（网篮）钛

合金线性摩擦焊接头宏观组织结

构如图 2 所示。接头组织存在明

显不均匀与不对称性，接头可分为

焊合区（WZ）及 WZ 两侧热力影响

区（TMAZ），其硬度分布如图 3 所

示。焊态接头硬度低于两侧母材

（BM），WZ 硬度最低。自 WZ 至两

侧 TMAZ，硬度随距焊缝中心距离增

加而增加。自 TMAZ 至 BM，硬度在

TMAZ 与 BM 交界处出现了局部显

著下降，随后逐步增加。655 ℃ /3 h
焊后退火热处理使接头硬度高于两

侧母材，TC17（双态）侧 TMAZ 硬

度与 WZ 类似，而 TC17（网篮）侧

TMAZ 硬度略低于 WZ 与 TC17（双

态）侧 TMAZ。
1.2　断裂韧性试验

焊接试验完成后进行微观组织

与断裂韧性试验，试验取样位置如

图 4 所示。断裂韧性试验依照 GB/T 
21143— 2007 进行，试验采用三点

弯曲试样，试样尺寸如图 5 所示，

试样宽度 W 为 18 mm，厚度 B 为 9 
mm，疲劳预制裂纹长度为 3 mm，

跨距 S 为 72 mm。由于接头不同区

域微观组织与力学性能存在显著差

异，因此，本试验将针对 TC17（双

态）与 TC17（网 篮）BM，焊 态 与

655 ℃ /3 h退火态接头WZ、TC17（双

态）TMAZ、TC17（网 篮）TMAZ 分

别进行断裂韧性试验，各区域试样分

别取 3 个，接头各区试样预制裂纹位

于各区中心。断裂韧性试验在室温

环境下进行，压断过程中记录试样所

受载荷 P 与试样裂纹嘴张开位移 V，
即 P–V 曲线。

断裂韧性试验记录的 TC17（双

态）/TC17（网篮）母材、焊态与 655 
℃ /3 h 退火态接头各区域试样典型

P–V 曲线分别如图 6~8 所示。结果

表明，TC17（网篮）BM 试样所能承

表 1　TC17 钛合金化学成分（质量分数）

                 Table 1　Chemical compositions of TC17 titanium alloy (mass fraction) %

Al Sn Zr Mo Cr Ti

4.5~5.5 1.6~2.4 1.6~2.4 3.5~4.5 3.5~4.5 余量

图 1　TC17（双态）与 TC17（网篮）钛合金室温微观组织

Fig.1　Microstructure of TC17 (bimodal)/TC17 (basket-weave) titanium alloys at 
room temperature

TC17（网篮）TC17（双态）

WZTC17（双态）
TMAZ

TC17（网篮）
TMAZ

图 2　TC17（双态）/TC17（网篮）钛合金

线性摩擦焊接头宏观形貌

Fig.2　Macro-scopic morphology of TC17 
(bimodal)/TC17 (basket-weave) LFW joint

图 3　TC17（双态）/TC17（网篮）钛合金

线性摩擦焊接头硬度分布

Fig.3　Microhardness distribution of TC17 
(bimodal)/TC17 (basket-weave) LFW joint
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受的载荷略高于 TC17（双态）BM
试样，两种母材试样的 P–V 曲线呈

现一定的延性特征。焊态接头试样

所能承受的最大载荷明显低于两

种母材试样，其中 TC17（双态）侧

TMAZ 试样最大载荷点略高于 WZ
试样，而 TC17（网篮）侧 TMAZ 试

样明显高于 TC17（双态）侧 TMAZ
与 WZ 试样。焊态接头各试样 P–V
曲线呈现明显的脆性特征。经 655 
℃ /3 h 退火后，接头试样 P–V 曲线最

大载荷仍低于两侧母材，而 WZ 试样

的最大载荷已高于 TMAZ 试样，接头

各区仍具有脆性特征，但较焊态有所

改善。上述试验结果表明异态 TC17
线性摩擦焊接头断裂性能具有变异

性，后文将对这一现象进行深入分析。

2　分析与讨论

2.1　接头微观组织特征

材料的断裂韧性与其微观组织

结构联系密切。在 TC17（双态）/
TC17（网篮）钛合金线性摩擦焊过

程中，接头材料经历了瞬时升温、瞬

时剧烈塑性变形、瞬时焊合过程，导

致接头材料的微观组织结构与母材

相比发生剧烈变化，焊态接头组织

宏观形貌如图 9 所示。接头 WZ 材

料在焊接过程中发生剧烈流动与内

摩擦产热，使得这一区域内的材料在

焊接过程中转变为热黏塑性状态，

热黏塑性材料在摩擦运动下破碎为

细小组织。摩擦热量经 WZ 传导至

TMAZ 时有所减少，导致 TMAZ 材

料未达到热黏塑性状态但可达到高

温软化状态。因此，在摩擦压力与摩

擦运动作用下，TMAZ 材料将发生

塑性偏折与拉长，并可观测到金属失

稳塑性变形后留下的变形流线。

焊态接头各区微观组织形貌如

图 10 所示。TC17（双态）侧 TMAZ
内等轴 αp 相发生明显塑性拉长，片

层 αp 相随接近 WZ 而逐渐溶解并

生 成 亚 稳 定 βm 相。TC17（网 篮）

侧 TMAZ 内网篮 αp 相呈现出溶解、

拉长现象，同时生成大量亚稳定 βm

相。母材原始组织在 WZ 内已完全

消失。WZ 内形成了超细等轴 βm 晶

粒，且无明显 α 相存在。由钛合金固

相相变理论可知，接头中的亚稳定相

在退火热处理过程中要向平衡组织

转变，尽管亚稳定相的分解过程十分

复杂，但其最终产物均为平衡状态的

α+β 组织。655 ℃ /3 h 退火态接头各

区微观组织形貌如图 11 所示，TC17
（双态）侧 TMAZ、WZ、TC17（网篮）

侧 TMAZ 内均生成了大量细小、致

密网篮 α 相。此外，TC17（双态）侧

TMAZ 内可观测到少量残余 αp 相，

WZ 内可观测到数量较多的块状聚集

α 相。

2.2　接头断裂韧性与断口形貌

对于高强度钛合金而言，含裂纹

结构在起裂后将迅速失稳断裂。结

图 4　TC17（双态）/TC17（网篮）钛合金线性摩擦焊接头微观组织与断裂韧性试样取样示意图

Fig.4　Schematic diagram of sampling to microstructure and fracture toughness specimens in 
TC17 (bimodal)/TC17 (basket-weave) LFW joint

TC17（
双态）

TC17（
网篮）

金相试样

断裂韧性试样

焊缝

TC17（网篮）

TC17（双态）

图 5　TC17（双态）/TC17（网篮）钛合金

线性摩擦焊接头断裂韧性试样尺寸（mm）

Fig.5　Geometry size of TC17 (bimodal)/
TC17 (basket-weave) LFW joint fracture 

toughness specimen (mm)

84
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18 45°

5
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2

9

图 6　TC17（双态）/ TC17（网篮）母材断裂

韧性试样典型 P–V 曲线

Fig.6　Force-crack mouth opening displacement 
curves of TC17 (bimodal)/TC17 (basket-weave) 

BMs fracture toughness specimens

图 7　焊态 TC17（双态）/TC17（网篮）

钛合金线性摩擦焊接头各区域断裂韧性

试样典型 P–V 曲线

Fig.7　Force-crack mouth opening 
displacement curves of as welded TC17 

(bimodal)/TC17 (basket-weave) LFW joint 
fracture toughness specimens

图 8　655 ℃ /3 h 退火态 TC17（双态）/TC17
（网篮）钛合金线性摩擦焊接头各区域断裂

韧性试样典型 P–V 曲线

Fig.8　Force-crack mouth opening displacement 
curves of 655 ℃ /3 h annealed TC17 (bimodal)/

TC17 (basket-weave) LFW joint fracture 
toughness specimens
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（a）TC17（双态）侧TMAZ （b）WZ （c）TC17（网篮）侧TMAZ

块状聚集α相

细小网篮α相

残余α相
晶界

细小网篮α相
细小网篮α相

2 μm 2 μm 2 μm

10 μm

50 μm 10 μm

2 μm

20 μm

超细小βm晶粒

βm相

剧烈塑性变形的
等轴αp相

部分溶解的片层αp相

部分溶解的
网篮αp相

粗化模糊的晶界

（a）TC17（双态）侧TMAZ （b）WZ （c）TC17（网篮）侧TMAZ

10 μm

构承受Ⅰ型载荷，当达到临界值时裂

纹将失稳扩展并引发结构断裂，材

料在平面应变状态下的断裂韧性为

KⅠC
[15–16]。通过试验所得 P–V 曲线

可求得断裂韧性参量 KⅠC。TC17 （双

态）/TC17（网篮）钛合金线性摩擦

焊接头 KⅠC 分布如图 12 所示，由此

可见，TC17（双态）/TC17（网篮）钛

合金线性摩擦焊接头区断裂韧性呈

现“凹陷”特征，即自母材至焊缝中

心，断裂韧性不断下降，并在焊缝中

心下降至最低值。经 655 ℃ /3h 退火

热处理后，接头断裂韧性呈“W”形

分布，WZ 断裂韧性接近 TC17（双态）

母材而 TMAZ 断裂韧性低于 WZ，
表明退火热处理对 WZ 断裂韧性改

善作用最大。

实际上，线性摩擦焊接头的形成

伴随着被焊母材原始微观组织的剧

烈变化，原始母材中的组织在 WZ 内

已完全消失，而形成细小亚稳定 βm

晶粒，导致 WZ 材料断裂韧性下降明

显。TMAZ 材料与母材相比发生部

分塑性变形，同样导致了材料的断裂

韧性具有较大幅度下降。而焊后退

火热处理通过消除残余应力与改善

微观组织结构在一定程度上改善了

接头断裂韧性，但未能完全消除焊接

过程中微观组织剧烈变化对断裂韧

性的影响。

接头的断裂韧性反映了接头各

区域材料抵抗裂纹起裂及扩展的阻

力，而试样的断口形貌则可反映材料

在断裂时的断裂机制。焊态TC17 （双

态）/TC17（网篮）钛合金线性摩擦

焊接头各区断裂韧性试样断口形貌

如图 13 所示。接头各试样断口中均

可观测到大量撕裂棱与解理台阶，表

明接头各样失效模式属于准脆性断

裂。655 ℃ /3 h 退火态接头各区域断

裂韧性试样断口形貌如图 14 所示。

接头各试样断口存在台阶状撕裂棱

及少数细小韧窝，表明退火态接头各

区试样失效模式属于韧脆混合断裂。

综合各试样 P–V 曲线、断裂韧

性 KⅠC、断口形貌可知，焊态 TC17
（双态）/TC17（网篮）钛合金线性摩

擦焊接头 WZ 与 TMAZ 的断裂韧性

与两种母材相比有较大幅度降低，

且 WZ 与 TMAZ 试样断口表现出准

脆性断裂特征，产生了明显的脆性倾

图 10　焊态 TC17（双态）/TC17（网篮）钛合金线性摩擦焊接头各区微观组织

Fig.10　Microstructure of as welded TC17 (bimodal)/TC17 (basket-weave) LFW joint

图 11　655 ℃ /3 h 退火态 TC17（双态）/TC17（网篮）钛合金线性摩擦焊接头各区微观组织

Fig.11　Microstructure of 655 ℃ /3 h annealed TC17 (bimodal)/TC17 (basket-weave) LFW joint

BMBM TMAZTMAZ WZ

600 μm

TC17（网篮）TC17（双态）

金属塑性失稳
变形流线

金属塑性失稳
变形流线

图 9　TC17（双态）/TC17（网篮）钛合金线性摩擦焊接头微观组织梯度分布

Fig.9　Microstructure gradient distribution of TC17 (bimodal)/TC17 
(basket-weave) LFW joint
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缓解接头的脆性倾向。

2.3　接头断裂机制分析

在断裂韧性试验中，随着载荷的

增加，裂纹起裂后失稳扩展。裂纹尖

端微观组织将影响裂纹的扩展，从而

影响材料的断裂韧性。裂纹在两种

母材中的微扩展模型如图 15 所示，一

般而言，钛合金中的 α 相强度、硬度高

于 β 相。在 TC17（双态）BM 内，裂

纹扩展至等轴 αp 相时将发生偏转并

绕过等轴 αp 相。当裂纹扩展至片层

αp 相时，裂纹将绕过较为粗大的片层

αp 相，同时穿过较为细小的片层 αp

相。裂纹频繁的偏折或穿过 αp 相将

消耗较多的能量，导致 TC17（双态）

BM 断裂韧性较高。在 TC17（网篮）

BM 内，裂纹在扩展过程中将不断绕

过或穿过交错分布的网篮 αp 相，这

一过程消耗的能量高于 TC17（双态）

图 13　焊态 TC17（双态）/TC17（网篮）钛合金线性摩擦焊接头各区断裂试样断口形貌

Fig.13　Fracture morphology of as welded TC17 (bimodal)/TC17 (basket-weave) LFW joint

图 14　655 ℃ /3h 退火态 TC17（双态）/TC17（网篮）钛合金线性摩擦焊接头各区断裂试样断口形貌

Fig.14　Fracture morphology of 655 ℃ /3 h annealed TC17 (bimodal)/TC17 (basket-weave) LFW joint

图 12　TC17（双态）/TC17（网篮）钛合金线性摩擦焊接头断裂韧性 KⅠC 分布

Fig.12　KⅠC distribution of TC17 (bimodal)/TC17 (basket-weave) LFW joint

向。655 ℃ /3 h 退火热处理使接头中

的亚稳定相分解并形成平衡态 α+β
相，提高了 WZ 与 TMAZ 的断裂韧

性，且 WZ 与 TMAZ 各试样断口表

现出韧脆混合断裂特征，表明 655 
℃ /3 h 退火热处理可在一定程度上
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BM，导致 TC17（网篮）BM 断裂韧

性高于 TC17（双态）母材。

裂纹在焊态接头中的微扩展

模型如图 16 所示，TC17（双态）侧

TMAZ 内的部分片层 αp 相与 TC17
（网篮）侧 TMAZ 内的部分网篮 αp

相出现了部分溶解与消失，裂纹在

TMAZ 扩展中的阻力小于各自对应

的母材，导致其断裂韧性低于各自对

应的母材。WZ 内原始微观组织已

完全消失，形成超细等轴 βm 晶粒，亚

稳定 βm 相硬度、强度低于 α 相，裂纹

扩展时所受到的阻力明显小于 BM
及 TMAZ，导致 WZ 的断裂韧性下

降明显。

经 655 ℃ /3 h 退火热处理后，接

头微观组织发生较大变化，从而影响

了接头的断裂韧性。裂纹在退火态

接头中的微扩展模型如图 17 所示。

TMAZ 内生成了大量致密细小网篮 α
相，尽管网篮 α 相阻碍裂纹扩展的能

力较强，但裂纹穿过或绕过细小网篮

α 相所需的能量仍小于原始粗大片层

αp 相或网篮 αp 相，因此导致 TMAZ
断裂韧性较焊态有所提高，但仍低于

各自母材。而 WZ 内同时生成大量

致密细小网篮 α 相与块状聚集 α 相，

裂纹在遇到块状聚集 α 相时将发生

偏折，增加了裂纹扩展阻力，从而导致

WZ 的断裂韧性提升较为明显。

3　结论

（1）焊态 TC17（双态）/TC17
（网篮）钛合金线性摩擦焊接头中

WZ 为剧烈破碎的亚稳定 βm 相细

晶组织，TMAZ 为热塑性变形组织，

且 TC17（双 态）侧 TMAZ 内 的 部

分初生片层 αp 相与 TC17（网篮）侧

TMAZ 内的部分初生网篮 αp 相发生

了溶解。经 655 ℃ /3 h 退火热处理

后，接头中的亚稳定相分解并形成平

衡态 α+β 组织，TMAZ 内形成大量

细小、致密网篮组织，且 TC17（双态）

侧 TMAZ 内可观测到少量残余相，

WZ 内生成大量细小致密网篮与块

状聚集 α 相组织。

（2）接头 WZ 与 TMAZ 的断裂

韧性与两种母材相比有较大幅度降

低，产生了明显的脆性倾向。焊后

655 ℃ /3 h 退火热处理可使接头中的

亚稳定相分解并形成平衡态 α+β 组

织，可在一定程度上提高接头断裂韧

性，从而缓解接头的脆性倾向。

（3）TC17（双态）中粗大片层 αp

相与 TC17（网篮）中粗大网篮 αp 相

对裂纹扩展的阻碍作用均较高。焊

态接头 TC17（双态）侧 TMAZ 内的

部分溶解的片层组织与 TC17（网篮）

侧 TMAZ 内的部分溶解的网篮组织

对裂纹扩展的阻力与母材相比下降

明显，WZ 中细小亚稳定晶粒对裂纹

扩展的阻碍作用最低。655 ℃ /3 h 退

火态接头 TMAZ 内细小网篮组织对

裂纹扩展的阻碍作用较焊态组织有

所提高，WZ 内细小网篮与块状聚集

α 相组织对裂纹扩展阻碍作用较焊

态组织有明显提升。
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Study on Microstructure and Fracture Toughness of Linear Friction Welded 
Joint of Bimodal and Basket-Weave TC17 Titanium Alloys

MA He1, LI Ju2,3, WANG Yue1, LI Xiaohong2,3, ZHANG Tiancang2,3, ZHANG Yanhua1

(1. Beihang University, Beijing 100191, China;
2. Aeronautical Key Laboratory for Welding and Joining Technologies, AVIC Manufacturing Technology Institute, 

Beijing 100024, China;
3. Beijing Friction Welding Technology and Equipment Engineering Center, Beijing 100024, China)

[ABSTRACT]　The microstructure and fracture toughness of a bimodal and basket-weave TC17 titanium alloys linear 
friction welded joint were investigated to meet the manufacturing demands of titanium alloy dual-performance blisk. 
Metallographic examination reveals that fine-grains with metastable phases are formed in the welding zone (WZ), 
thermoplastic deformed microstructures with partially dissolved primary αp phases are formed in the thermo-mechanical 
affected zone (TMAZ). Fracture toughness examination shows that the fracture toughness of the WZ and TMAZ is 
significantly lower than that of the base metals, resulting in an obvious brittle tendency of the joint. However, the post-
weld annealing heat treatment can decompose the metastable phases into the equilibrium α+β phases in the joint, which can 
alleviate the brittle tendency of the joint to a certain extent.
Keywords: Titanium alloy; Linear friction welding (LFW); Microstructure; Fracture toughness; Cracture mechanism
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向为异种材料先进连接技术。

随着我国航空航天制造技术的

发展，新型飞机、火箭对整体式、高精

度、轻量化的要求进一步增加 [1–2]。

轻量化设计分为结构轻量化和材料

轻量化。材料轻量化主要采用强度

高、耐蚀性好、耐热性高的轻质铝、

镁、钛等合金及复合材料等代替传统

钢材。目前我国航天器、大飞机结构

重量的 55%~85% 是轻合金材料，如

发动机结构部件、机翼骨架、起落架、

机身支撑结构等 [2–4]。材料轻量化已

成为航空航天领域先进制造技术的重

要发展方向，但仍有很多关键部件采

用先进高强钢进行制备，如飞行器起

落架、储存流体介质的压力容器、燃

料储箱、气瓶、铝 / 钢传动轴类装配

等 [3–5]。因此需要满足铝合金等轻质

材料与传统金属材料，即钢及其合金

的连接 [6–8]。实现铝 / 钢等异种金属

材料的良好连接对提高产品轻量化、

实现工业化生产具有重要意义，但铝 /
钢性能差异大 [9]，焊接性极差，传统

焊接方法很难实现优质连接。电磁

脉冲焊接技术（Eletromagnetic pulse 
welding，EMPW）是在电磁成形基础

上发展起来的一种新型特种连接技

术，集成了高速电磁成形和固相连接

技术的优点，尤其适用于异种金属材

料的冶金连接 [10–11]。本文简述了铝 /
钢异种材料焊接技术的发展、原理与

工艺，重点介绍了铝 / 钢电磁脉冲焊

接研究的新进展。

1　铝 / 钢焊接相关研究

1.1　铝 / 钢异种金属焊接中存在的

         主要问题

铝 / 钢两种金属的物理和化学

性能相差非常大 [9，12–13]。图 1[14] 为

铝 / 钢二元合金相图。可以看到，钢

的熔点在 1500 ℃以上，铝的熔点在

铝 / 钢异种金属电磁脉冲焊研究新进展*

张丽萍 1，2，谢吉林 3，余　曦 2，文金鹏 2，尹立孟 2，陈玉华 3，张鹤鹤 2，张　龙 2
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[ 摘要 ]　铝 / 钢异种金属焊接结构具有比强度高、耐蚀性好、综合力学性能优异等特点，在航空航天、核电能源、轨道

交通、电子电器等行业应用广泛。但由于铝 / 钢异种金属在物理、化学、冶金等方面的性能差异显著，导致二者的优

质连接面临极大的挑战。电磁脉冲焊接技术是一种固相焊接方法，能够有效克服异种金属由于性能差异带来的焊接

问题，目前被广泛应用于铝 / 钢等异种金属的焊接。本研究简述了铝 / 钢异种金属焊接中存在的问题，电磁脉冲焊接

技术的焊接原理和工艺参数。从工艺研究、设备优化、接头性能、界面形貌与结合机理、数值模拟和多种焊接方法复

合方面对电磁脉冲焊接技术新进展进行了分析，对今后技术发展提出了相应的建议。
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660 ℃左右，熔点相差近 840 ℃，当铝

完全熔化时钢还尚未熔化；钢在固

态铝中的溶解度非常小，室温下钢

基本不溶于铝，当温度介于 225~600 
℃时，固溶极限仅为 0.01%~0.022%，

二者还会形成一系列的脆而硬的金

属间化合物，如 FeAl、FeAl2、FeAl3、

Fe2Al5、Fe2Al7 及 Fe4Al13 等。这些脆

而硬的金属间化合物会严重降低铝 /
钢接头的力学性能。同时，钢密度约

7.8 g/cm3，铝密度约 2.7 g/cm3。铝液

由于密度的差异浮于钢液上，导致凝

固后接头成分不均匀。此外，钢的导

热系数为 80 W/（m·K），铝的导热

系数 237 W/（m·K），焊接过程中二

者的膨胀量以及焊后冷却过程中的

收缩量差异较大，引起焊接接头变形

大，残余应力大，进而易导致接头产生

裂纹。同时，高温下铝极易氧化，形成

熔点高达 2073 ℃的 Al2O3 氧化膜，阻

碍液态铝 / 钢结合，在焊缝处产生夹

杂。因此铝与钢异种金属的焊接性极

差。

1.2　铝 / 钢异种金属常见焊接方法

根据上述分析，铝与钢异种金属

的焊接性极差。如何克服铝 / 钢焊

接技术难题，更好利用铝合金质轻而

钢材强度大的性能特点一直是焊接

领域的研究热点。近年来，很多学者

采用多种方法对铝和钢等异种金属

间的连接工艺进行研究，本节对常用

的铝 / 钢异种金属焊接方法进行简

要的介绍。

1.2.1　熔焊

铝与钢异种金属熔化焊时易产

生金属间化合物，导致焊接接头的力

学性能恶化，因此传统的电弧熔化焊

很难实现铝与钢异种金属的优质连

接。近年来，以激光、电子束等高能

束焊接技术为代表的先进焊接技术

在铝 / 钢异种金属的焊接中得到了

较多应用，但同样存在金属间化合物

的控制难题。

1.2.2　钎焊

钎焊是利用比铝 / 钢熔点温度

低的钎料，将钎料和铝 / 钢同时加热

到超过钎料熔点但低于铝熔点的温

度，利用钎料熔化润湿母材填充铝 /
钢间隙进行连接的一种焊接方法。

钎焊的优点是热输入小，焊后变形

小，但接头力学性能较低 [15]。

1.2.3　熔钎焊

由于铝 / 钢的熔点不同，一般钢

材是不熔化的，采用熔钎焊使铝 / 钢
焊接接头兼备熔焊和钎焊的特点。

将热源置于低熔点的铝一侧，通过熔

化铝润湿高熔点钢发生扩散反应实

现连接。铝和钢两种金属材料熔点

相差较大，而铝与钎料熔点相差不

大，所以焊接过程在铝侧主要是熔

焊，在钢侧主要是钎焊。熔钎焊目前

主要有电弧熔钎焊、激光熔钎焊、电

子束熔钎焊、复合熔钎焊等方法。相

比其他焊接方法，熔钎焊可以减少焊

缝中钢的熔化量，抑制铝 / 钢金属间

化合物的形成，从而在一定范围内提

高接头性能 [15]。

1.2.4　压力焊

压力焊是通过施加压力，使焊件

结合面之间发生塑性变形，实现焊件

原子间扩散连接的一种方法。目前常

用的压力焊有爆炸焊 [10–11]、电阻焊 [13]、

扩散焊 [16]、摩擦焊 [12–13，15]、电磁脉冲

焊等。以爆炸焊、电磁脉冲焊为代表

的压力焊接技术具有焊接效率高、焊

接热输入小等优势，在控制异种金属

焊接界面脆性相形成、防止焊接接头

冶金缺陷产生等方面具有显著优势。

综上，传统熔化焊无法避免铝 /
钢焊接金属间化合物的问题，钎焊接

头力学性能较低，熔钎焊是介于钎焊

与熔化焊之间的一种焊接工艺，接头

性能提高范围有限。压力焊属于固

相焊接的范畴，在控制接头冶金缺陷

方面优势明显。特别是近年来快速

发展的电磁脉冲焊接技术，由于焊接

速度快、能量易精确控制、焊接热输

入小、无热影响区、材料不熔化等特

点，能够大幅减少金属间化合物、消

除因金属熔化产生的应力、显著提高

接头强度和耐蚀性能等优点，易于实

现机械化和自动化，是目前铝 / 钢焊

接工艺研究的热点之一。

2　电磁脉冲焊原理及工艺参数

2.1　电磁脉冲焊原理

目前，电磁脉冲焊接主要有板件

焊接和管件焊接两种类型 [7，17]，其基

本工作原理如图 2 所示。交流电通

过变压器升压、整流、输出直流电对

电容器组进行充电，至一定电压时接

图 1　铝 / 钢二元合金相图 [14]

Fig.1　Binary Al/Fe phase diagram[14]
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通放电电路，产生高频衰减振荡电

流，电流经过线圈产生强磁场，使靠

近线圈一侧金属外表面产生涡流。

该涡流磁场与原脉冲磁场方向相反，

在相斥电磁力作用下，靠近线圈一侧

的飞板高速撞击基板，使两种不同

的金属紧密结合在一起，实现永久

连接 [18–19]。

2.2　电磁脉冲焊接系统及焊接等效

         电路

电磁脉冲焊接系统主要由脉冲

发生器、控制柜（指示灯、指示面板、

电源柜）、工作站和远程操作面板等

组成 [20]，其焊接及控制系统等效电

路图分别如图 3 和 4 所示。碰撞能

量控制着焊接材料的可焊接厚度范

围，决定碰撞能量大小的关键部件

包括电容组、控制系统、高速开关、

成形线圈。电容组为电能的储备部

件，要求能在 0.1 μs 内将储备电能

释放出去，形成极速衰减交变电流。

控制系统可加设检测装置，测得实

际放电波形并得到放电时间、频率

等数据。

2.3　电磁脉冲焊主要工艺参数

电磁脉冲焊接技术涉及电磁学、

动力学、材料学等多学科交叉，其工

艺过程涉及电场、磁场、温度场和结

构场等的多场耦合，各场之间相互影

响，最终对焊接接头的综合性能产生

影响，其关系如图 5 所示。由于电磁

脉冲焊接过程仅在微秒级时间范围

内，很难进行其结构场力学、温度场

测量与监控，目前多辅以数值模拟

及计算分析。焊接相关参数包括设

备参数、工艺参数和工件参数，不同

类别所含主要参数如图 6 所示。为

获得良好的冶金结合，必须合理选择

焊接参数。设备和工件材料确定后，

决定电磁脉冲焊接接头质量的主要

为焊接工艺参数。目前国内生产的

电磁脉冲焊接设备可提供、供调节的

焊接工艺参数较少，一般仅为焊接电

压、工作间隙，而实际上电流、频率、

磁压、空气间隙、冲击速度和冲击角

等均对接头综合性能产生影响 [21–24]。

如图 4 所示，输入电流 I 和放电

电压 U 便于输入和控制，工件间隙 d
便于精确测量，相关研究文献较为普

遍。焊接电流 I 决定了磁场大小，最

终决定了焊接磁压力 [24]。电流 I 值
越高，用于加速工件的磁场和磁力就

越高，在一定范围内，随着 I 值的提

高，焊接接头强度增加；但 I 值过高，

导致焊接接头严重变形，无法实现良

好焊接；适合的放电电压 U 对于获

得良好的接头质量非常重要。随着

电压的升高电磁力明显增大 [25]。其

他参数不变的情况下，在一定范围内

增大放电电压可以增加工件的碰撞

动能，提高焊接接头强度。但放电电

压过高会导致过渡层增厚，降低焊接

接头的可靠性；工件间隙是待焊两

工件间保持的距离，存在最佳范围，

过小或过大都无法在碰撞时达到最

大速度。

电 磁 脉 冲 焊 接 一 般 发 生 在

10~20 μs，焊接频率 f、磁压 P（4）、
碰撞速度 v、碰撞角度 α、碰撞温度 T
等工艺参数难以实测或跟踪，目前通

常是根据电磁脉冲相关理论及数值

模拟进行计算。其中频率 f 对焊接

接头的影响十分复杂 [23]。感应电流

穿透工件的深度取决于工件材料的

电导率和放电脉冲的频率 f，而频率

f 的获得与工件材质与工件尺寸均有

内在相关性，同时频率 f 影响碰撞速

度及焊后飞板（图 4）的几何形状 [18] ；

图 3　电磁脉冲焊接系统

Fig.3　EMPW system

图 2　电磁脉冲焊原理示意图

Fig.2　Schematic illustrations of electromagnetic pulse welding

电容C 放电电压U

电流I

高压开关S 电路电阻R

放电回路

放电回路（可选）

压力
P

电路电感L 间隙d

飞板 基板

图 4　电磁脉冲焊等效电路图

Fig.4　Equivalent circuit diagram of EMPW system
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磁压 P 使飞板 / 外管以一定速度加

速，撞击基板以获得冶金结合。不同

飞板导电性不同，获得的磁压力也不

同，只有适合的磁压力才能成功实现

焊接 [26] ；碰撞速度 v 和碰撞角度 α
示意如图 7 所示，高速碰撞在工件的

界面处引起塑性变形并起到去除两

工件接触表面污染物或氧化物层的

作用。当碰撞速度超过声速时，可获

得高质量的焊接 [21]；较小碰撞角度

可获得较高焊缝质量，在一定范围

内碰撞角度随着加速距离的增加而

增加，可获得高质量焊接接头 [23]，目

前研究中碰撞角度大多选择 5°~25°
之间 [21，27]。由于上述参数难以直观

测量，主要依靠大量重复性试验，借

鉴其他焊接方法计算、电磁学基础理

论计算及不同手段的模拟研究推测，

缺乏可靠的理论指导与高效的在线

监控。

3　铝 / 钢异种金属电磁脉冲
      焊研究新进展

目前，国外已将电磁脉冲焊接技

术应用在核能工程、汽车制造、航空

制造等多个领域 [28]。我国的电磁脉

冲焊接技术研究起源于 20 世纪 80
年代，高等院校和科研机构相继开展

了相应研究，但其工业化应用进展相

对较慢。本节归纳分析了近几年国

内外铝 / 钢电磁脉冲焊接技术在焊

接工艺、焊接设备、焊接界面形貌与

结合机理、接头综合力学性能、数值

模拟与仿真及多种焊接方法复合等

方面的研究新进展。

3.1　工艺研究

影响电磁脉冲焊接接头的因素

很多，包括设备、工艺和材料本身的

固有属性。近年来，上述问题均取得

了不同程度的研究进展。

在工艺方面，Geng 等 [29] 采用

不同电磁脉冲焊工艺得到铝合金

AA5182 与高强度低合金钢 HC340LA
焊接接头，揭示了放电能量对焊接

接头中间层组织演化的影响。结果

表明，在较高的放电能量下中间层

中存在金属间化合物 FeAl2 和超细

晶粒，原子尺度扩散为铝 / 钢电磁脉

冲焊接接头的主要焊接机理。Dang
等 [30] 系统研究了焊后热处理工艺

（PWHT）对铝 / 钢管磁脉冲焊接接

头组织和力学性能的影响。结果表

明，PWHT 有效改善了较厚的过渡

层（厚度 >10 μm）中化学成分的分

布，原始厚度变化不大，而原始厚度

较薄的过渡层（厚度≤ 10 μm）厚度

则随温度显著增加；在 250 ℃以下，

过渡层中的微孔、裂纹有不同程度

的修复，当温度超过 250 ℃时，裂纹

沿轴向扩展；PWHT 温度≤ 250 ℃
时，组织和力学性能得到较好的改

善。Avettand-Fènoël 等 [31] 应用磁脉

冲焊接制备了纯铝与镀锌或无镀层

DP450 钢之间板材接头，发现对于

铝 / 无涂层钢接头，界面含有 2.5 μm

图 5　电磁脉冲焊接过程中各物理场之间的关系

Fig.5　Relationships among physical fields in EMPW

材料相关属性洛伦兹力几何模型的变更

结构场 温度场

接头形貌、
组织及性能

电磁场

与温度相关的材料属性
焦耳热

图 6　电磁脉冲焊接相关参数

Fig.6　Relevant parameters of EMPW

图 7　碰撞速度和碰撞角度对电磁脉冲

焊接头的影响

Fig.7　Impact of speed and angle on 
EMPW joint

厚的 FeAl3 金属间化合物；铝 / 镀
锌钢接头界面存在约 10 nm 厚（Al）
Zn 固溶体和（Al+Zn）双相层；有无

涂层两类焊缝都表现出较好力学性

能。Cui 等 [32] 利用电磁脉冲焊接制

备了 3A21 铝合金和 20# 钢管接头，

研究了铝 / 钢焊接接头中 20# 钢内

管的临界可焊厚度。结果表明，内

管的临界厚度随放电电压升高而增
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加。为测量焊接碰撞速度，研究人员

进行了多次改进，Barker 等 [33] 设计

了 VISAR（Velocity interferometer 
system for any reflector）系 统 进 行

测量，该系统价格昂贵，数据收集困

难。研究人员采用激光多普勒 PDV
（Photon Doppler velocimetry）对瞬时

速度进行测量，取得了一些成果 [7]。

Lee 等 [34] 采用 16 探针光子多普勒

测速仪 PDV 进行优化，实现了电磁

脉冲焊接速度的原位分析。无论是

高速相机或 PDV 测量设备，价格都

比较昂贵，限制了其应用。

综上所述，采用电磁脉冲焊接技

术针对性地开展铝 / 钢工艺研究已

经取得了一定进展，对输入电流、放

电电压、工件间隙等参数研究比较深

入，但对于如磁压力、碰撞角度、碰撞

速度工艺参数较难开展深入研究。

与其他学科交叉融合，如采用柔性传

感器植入测定磁压，通过控制垫片位

置计算初始碰撞角度，可获得相应工

艺参数，并从中总结经验和规律，弥

补在线监控能力的不足。此外，对系

列材料焊接工艺窗口构建、接头组织

性能预测、电热辅助下可焊接材料厚

度范围、焊后热处理等方面相关文献

报道较少，可深入开展研究。

3.2　设备研究

设备参数包括电容容量、电感、

内部电阻、线圈特性、集磁器特性等

多种影响因素，对焊接接头的综合性

能也起着至关重要的作用。

Deng 等 [35] 提出了一种基于双

磁场的电磁脉冲设备及焊接方法。

通过背景线圈的辅助来提高焊接区

域的磁场强度，进而提高工件的碰撞

速度，其双磁场示意如图 8 所示。试

验结果表明，背景场的辅助作用可以

提高工件碰撞的速度和增加焊接区

域。集磁器作为提高焊接效果的有

效辅助工作，很多学者对此热点问题

开展了研究 [36–39]。陈树君等 [37] 研究

了集磁器开口间隙对铝 / 钢电磁脉

冲焊接接头连接效果的影响规律，其

开口度示意如图 9 所示。结果表明，

集磁器开口间隙减弱了其附近位置

外管所受的磁场力，导致在焊接过程

中开口间隙附近外管的变形速度小

于其他位置，并用 Ansoft Maxwell 模
拟和验证了试验结果。Yan 等 [39] 研

发新型多缝集磁器以提高电磁脉冲

焊接的均匀性，并采用数值模拟和试

验研究进行验证。结果表明，采用多

缝集磁器的电磁脉冲焊接系统可以

显著提高 5052 铝 /20# 钢焊缝的均

匀性。

目前，电磁脉冲焊接设备研究主

要以线圈、集磁器为创新重点，如线

圈的形状结构、材质、寿命，集磁器的

作用、形状等研究取得了一些成果，

但对于扩展焊接接头形式相关的改

进和试验鲜有报道。目前焊接接头

形式以搭接为主，其他结构连接难以

实现；国内自主研发设备输入能量

较低，国外 80 kJ 以上的电磁脉冲焊

接设备对中国禁售 [40]。自主研发设

备可焊材料厚度范围受限等问题均

制约了其工业化应用发展，应围绕提

高铝 / 钢异种连接尺寸范围，扩展焊

接接头结构形式等方面，进一步扩展

电磁脉冲焊接技术的应用。如根据

电磁脉冲焊接原理和动量守恒定律，

改变受力飞板 / 基板的形状与尺寸，

使驱动装置在磁场运动中持续加速，

实现板 / 管（棒）连接或对接接头连

接；结合金属射流机理，优化飞板结

构以改变焊接环形状与面积；依靠

学科交叉研发可靠的低成本焊接过

程跟踪监控辅助设备，有助于加快国

内电磁脉冲焊接的工业化进程。

3.3　界面形貌与结合机理

铝 / 钢异种金属间性能差异

大，传统焊接时易在界面处产生金

属间化合物。目前电磁脉冲焊接界

面的形成机理主要包括机械混合

（Mechanical mixing）效应及金属

薄层的快速熔化 – 凝固机理两种观

点 [41–42]。电磁脉冲焊接过程速度快、

温度低，因此接头界面是否形成冶金

结合和化合物（IMC）一直是该领域

的研究热点。Fan 等 [43] 通过 TEM
技术观察了 1060Al/20# 钢磁脉冲焊

界面的结构特征，如图 10（a）所示。

结果表明，结合界面仅是一条宽度约

10 nm、原子呈无序结构排列的边界

层，钢侧为纳米级长条状的 Fe 晶粒，

Al 侧的三角晶界附近发生了无序化

反应，生成与 Al 晶粒基体成分一致

的非晶相，过渡区复合界面为过渡区

熔化后再凝固所形成的固溶体。Li
等 [44] 制备 6061 铝合金 /AISI1045 冷

轧钢棒电磁脉冲焊接接头，如图 10
（b）所示，在界面处发现金属间化合

图 8　基于双磁场的电磁脉冲焊接原理 [35]

Fig.8　Principle of EMPW based on double 
magnetic fields[35]

图 9　集磁器开口度示意图 [37]

Fig.9　Schematic diagram of fieldshaper gap opening[37]
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（a）1060Al/20#钢界面非晶相[43] （b）6061铝合金/AISI1045 IMC[44]

金属间化合物10 nm固溶体

物（IMC），在铝 / 钢界面附近观察到

非晶、高位错密度的细长超细晶粒和

超细等轴晶粒，证明界面处铝侧发生

了熔化及重结晶。Wang 等 [45] 研究了

6061 铝合金 /Q355 钢电磁脉冲焊接

界面微观结构及形成机理，将界面处

定义为从中心到外部未焊接区、焊接

影响区、次级焊接区、主要焊接区、碰

撞影响区 5 个区域。主要焊接区主

焊缝区具有形成扩散或冶金结合的

特征。通过 TEM 检测分析，铝 / 钢
界面形成了非晶、超细晶与 Fe 超细

颗粒的混合组织，未发现 IMC 结构

特征。

铝 / 钢电磁脉冲焊界面形貌和

结合机理一直深受关注，采用先进检

测方法观察界面形貌特征，分析其结

合机制以及组织结构等研究比较广

泛，并形成了一定共识，对于界面处是

否熔化和形成金属间化合物，以及形

成机理和形成条件仍有争议，有待进

一步深入研究。此外，根据电磁脉冲

焊原理，焊后铝 / 钢界面将储存较大

残余应力，不同服役条件下界面是否

转变，如 IMC 的衍生及其演变规律等

界面相关问题，有待进一步研究。

3.4　接头综合性能

近年来，研究人员在电磁脉冲焊

接接头的综合力学性能、疲劳性能、

腐蚀性能、界面缺陷等方面开展了初

步研究。Fan 等 [46] 对 1060Al/20# 钢

磁脉冲焊接界面的力学性能进行了

分析，建立了力学性能与界面形貌

的关联机制，发现焊管的变形协调

性对管接界面结合强度分布有重要

影响，对于界面相对结合强度（对比

铝母材剪切强度）达到 100%，轴向

长度可占到焊接区域长度的 50%。

铝 / 钢电磁脉冲焊接接头常伴随空

隙、裂纹等缺陷，对界面性能产生影

响。Sapanathan 等 [47] 研究了界面上

孔隙的成核和生长，发现孔隙的成核

和生长主要由空化现象引起。疲劳

失效是航空航天部件失效的主要原

因之一，Geng 等 [48] 研究了 AA5052/
HC420LA 电磁脉冲焊接接头的抗

疲劳性能，发现低应力振幅（Sa≤ 20 
MPa）下焊缝处比母材具有更好的抗

疲劳性能，在高应力振幅（Sa ≥ 26.7 
MPa）下界面发生疲劳失效。

焊接接头的综合力学性能一直

是异种材料焊接的研究重点，相关研

究具有一定的针对性。开展不同服

役条件下接头综合性能的变化规律，

如高温、低温、应力、疲劳环境下接头

的性能，使其接头性能更适于工况使

用环境，促进其工业化应用。

3.5　数值模拟与仿真

电磁脉冲焊接涉电磁场、结构

场以及温度场等多场耦合作用，理

论方程复杂、高度非线性、成形速度

快、运用数值解析法和试验研究具有

相当大的困难，需结合模拟耦合进

行分析。目前电磁脉冲焊模拟所采

用的软件包括 Ansys、MSC Dytran、
Abaqus、Ansoft、Ansys-Ls-dyna、
Comsol、Ansoft-Maxwell、Maxwell 
Circuit Editor 等，模拟内容包括结构

场、应力场、温度场、碰撞角度、碰撞

过程等。李光耀等 [49] 结合 Ls-dyna

有限元与边界元对铝 / 钢合金板件

磁脉冲焊接进行仿真模拟，发现飞板

的感应电流和电磁力出现了双波峰

现象，并且感应电流在飞板的搭接区

域形成了两个相连的矩形回路。结

果与数值模拟相吻合较好，验证了数

值模型的可靠性。目前，模拟研究多

数局限于焊接过程某一方面的研究，

少数实现了结构场和温度场的耦合

分析，建模时多以二维方式以减少计

算量。对于电磁场及磁场力的理论

分析、磁场力理论推导和成形工艺缺

陷、温度场等均需要进行数值模拟分

析，并用以指导电磁脉冲焊接系统的

设计和焊接机理的分析。范志松 [50]

模拟了不同碰撞速度下 1060 铝和

20# 钢电磁脉冲焊接接头温度，发现

不同碰撞速度下温度曲线形状相似，

温度范围介于 720~1170 K；涡流和

界面材料塑性变形共同作用，界面

温度瞬时达到接近 Al 母材的 Tm 点。

而 Bellmann 等 [51] 对 EN AW–6060
铝 /C45 钢电磁脉冲焊接管接头界面

温度模拟，发现焊接中钢表面瞬时

温度可至约 2750 ℃，远超 Fe 的熔点

1535 ℃，两组模拟差异极大。

综上所述，由于电磁脉冲焊接方

法的特殊性，数值模拟仿真已经成为

其研究的有效方法和手段。通过多场

耦合模拟，开展焊接过程中电磁场、结

构场、应力场、温度场等综合研究，如

界面固溶体 /IMC 的形核与长大、焊

接过程中界面温度场的精确模拟与仿

真，并通过工艺试验验证其科学性，能

够有效加快研发进程，对电磁脉冲焊

技术的发展起到快速推动作用。

3.6　多种焊接方法复合研究

针对电磁脉冲焊薄壁管件应用

局限，陈树君等 [52] 提出了脉冲电流

电阻加热与电磁脉冲复合焊接方法，

采用电磁脉冲电源提供脉冲电流，

使被焊外管表面产生感应电流，在脉

冲磁场作用下高速撞击被焊内管；同

时，在被焊外管与内管接触时，采用

脉冲电源提供一个可控脉冲电流，利

图 10　铝 / 钢电磁脉冲界面微观形貌

Fig.10　Interface micromorphology of Al/Fe electromagnetic pulse welding
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用管件间的电阻热来加热被焊管件，

在电阻热及洛伦兹力的作用下，内外

管达到冶金结合。Strizhakov 等 [53]

提出采用真空预热电磁脉冲焊以提

高接头质量，在真空条件下对整个焊

接装置进行预热激活待焊表面，并进

行了 L63/M01 和 L63/AMg6 异种材

料焊接试验。此外，还有研究采用电

磁脉冲成形和钎焊结合的复合焊接

方法并应用于异种金属焊接中 [54]。

电磁脉冲焊接在现有基础和连

接理论研究基础上，开展多种焊接方

法复合，已经成为研究和发展的重点

方向。多种焊接方法复合使用对铝 /
钢异种金属焊接工艺创新和应用具

有一定指导意义。

4　结论

电磁脉冲焊接作为一种较新的

固相焊接技术，相较于大多数传统焊

接有着明显的优势，特别是在异种材

料的焊接领域。电磁脉冲技术在很

多国家都受到重视，近年来，大量关

于电磁脉冲焊接的研究集中在国外，

而国内主要以高校及科研院所研究

为主，并未大批量进入市场化应用，

在以下方面还需进行深入研究，以实

现该工艺的推广应用。

（1）开展铝 / 钢电磁脉冲基础理

论及工艺控制的深入研究。电磁脉

冲焊接涉及电磁学、动力学、材料学

等多学科交叉，焊接过程复杂，界面

结合机理仍存争议，因此铝 / 钢电磁

脉冲焊接相关基础理论研究、高强度

铝 / 钢系列焊接工艺窗口构建、接头

工艺与综合性能内在关系等有待持

续深入开展研究。

（2）加快高能效国产化电磁脉

冲焊接设备及辅助装置研发。目前

国内缺乏大功率的电磁脉冲焊接设

备，导致可焊接材料尺寸范围受限。

实现高能效电磁脉冲焊接设备国产

化，同时研发相应辅助工装，扩展焊

接接头形式，提高焊接范围，进一步

扩大其应用范围。

（3）实现焊接过程在线跟踪监

控。电磁脉冲焊接具备绿色环保、高

质高效、重复性好、易于自动化生产

等突出优势。应以企业需求为导向，

降低设备及生产成本，实现焊接生产

过程在线跟踪监控，加强其在航空航

天、能源化工、汽车制造等领域的推

广应用和产业化生产。
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Development of Electromagnetic Pulse Welding of Al / Fe Dissimilar Metals

ZHANG Liping 1,2, XIE Jilin3, YU Xi2, WEN Jinpeng2, YIN Limeng2, CHEN Yuhua3, 
ZHANG Hehe2, ZHANG Long2
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2. Chongqing University of Science and Technology, Chongqing 401331, China;
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[ABSTRACT]　Al/Fe dissimilar metals welding has the advantages of lightweight structure and good comprehensive 
performance, which has a wide application prospect in aerospace, nuclear power energy, automobile, electronic and 
electrical appliances and other industries. However, due to the difference of physical properties, there are still many 
problems in joining methods and processes of Al/Fe dissimilar metals. Electromagnetic pulse welding, a solid-state welding 
technology, which can effectively overcome the welding problems caused by the different properties of dissimilar metals, 
is widely used in welding of dissimilar metals such as Al/Fe. This paper briefly analyzes the problems existing in Al/Fe 
dissimilar metal welding, and the welding principle, process, characteristics of electromagnetic pulse welding technology. 
Then summarizes and analyzes the new progress of electromagnetic pulse welding technology from the aspects of process 
research, equipment optimization, joint performance, interface morphology and bonding mechanism, numerical simulation, 
and the combination of various welding methods, and puts forward corresponding suggestions for the future technological 
development.
Keywords: Al/Fe; Dissimilar metal welding; Electromagnetic pulse welding (EMPW); Process parameters; 
                   Research and development
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李政玮

  博士，主要研究方向为超声波钎焊

声空化理论及异种材料连接。

意义重大。

目前，焊接多孔陶瓷最主要的

方法是真空钎焊，尚未见公开发表

的文献使用其他方法进行焊接。钎

焊具有操作相对简单、连接强度较

高、适用性强等优点。近年来，国内

学者已经对多孔陶瓷的钎焊技术开

展研究，重点集中在开发新型钎料或

对陶瓷进行表面改性等方面。Song
等 [9] 在 AgCu 钎料中添加 Ti 元素并

研究了其对多孔 Si3N4 陶瓷润湿性

的影响，结果发现 Ti 的含量可明显

影响钎料对陶瓷的润湿性，当钎料中

含 7.28% 的 Ti 时，其对陶瓷的润湿

效果最好，润湿角仅为14.6°。Zhang
等 [10] 使用 AgCuTi/Cu/AgCu 复合钎

料对多孔 Si3N4 陶瓷与 Invar 合金进

行钎焊，发现 Cu 的加入可抑制 Fe–
Ti 和 Ni–Ti 系金属间化合物的产生，

超声波作用下多孔 Si3N4 陶瓷的快速润湿
机理研究*

李政玮，许志武，陈　姝，张睦坤，任勃旭，闫久春
（哈尔滨工业大学先进焊接与连接国家重点实验室，哈尔滨 150001）

[ 摘要 ]　为解决多孔陶瓷真空钎焊润湿时温度高、保温时间长、需真空环境和活性元素等缺点，利用超声波辅助方法

实现多孔陶瓷的快速润湿，研究了超声功率对润湿效果的影响。结果表明，超声波作用下 Sn9Zn 非活性钎料在 230 ℃
时仅需 10 s 即可实现对多孔 Si3N4 陶瓷的润湿。超声功率为 333.3 W 时，钎料可渗入陶瓷基体 25 μm；渗入层的宽度

随超声功率的增加而增大；超声功率为 1000 W 时，渗入层的厚度可达 80 μm。因焊接温度低，冷却后渗入层内的残

余应力很小，陶瓷和钎料结合紧密、无裂纹。透射电镜的测试结果表明，润湿界面主要富集 O 元素和 Zn 元素。本文

中多孔陶瓷的快速润湿可归因于钎料内的超强声空化作用，空化泡溃灭产生极高的温度、压力和液体流速，使非活性

钎料在极短的时间内完成对陶瓷的润湿。

关键词：超声波；多孔陶瓷；润湿；钎焊；界面

DOI： 10.16080/j.issn1671-833x.2022.21.087

引文格式：李政玮 , 许志武 , 陈姝 , 等 . 超声波作用下多孔 Si3N4 陶瓷的快速润湿机理研究[J]. 航空制造技术 , 2022, 65(21): 87–91, 111.
LI Zhengwei, XU Zhiwu, CHEN Shu, et al. Mechanism of rapid wetting porous Si3N4 ceramics under ultrasonication[J]. 
Aeronautical Manufacturing Technology, 2022, 65(21): 87–91, 111.

* 基金项目：国家自然科学基金（51574099）；
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多孔陶瓷具有特殊的多孔结构

和陶瓷本身的性能，是一种性能优

异、应用广泛的新型陶瓷材料。目

前，美国、日本和欧洲等发达国家在

多孔陶瓷领域投资巨大，我国也逐

渐重视该领域的开发与应用。多

孔陶瓷强度高、表面积大、抗腐蚀

性和热稳定性好、热膨胀系数低、

抗冲击性能好、透波性强、介电常

数低 [1]，因此在很多领域应用广泛，

常被用作汽车尾气催化剂载体 [2]、

陶瓷电极 [3]、导弹天线罩 [4] 等。另

外，多孔陶瓷在过滤 [5]、吸音 [6]、隔

热 [7]，甚至生物医学中 [8] 也有应用。

然而，多孔陶瓷脆性大、加工成型

困难，想要烧制品质好的大尺寸多

孔陶瓷成本昂贵。因此，将多孔陶

瓷零部件高质量地连接成复杂构件

尤为重要，对多孔陶瓷的广泛应用
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夹具

加热平台

超声工具头

钎料 热电偶
多孔陶瓷

当 Cu 厚度为 100 μm 时接头强度最

高，较使用 AgCuTi 钎料所得接头强

度提高 55%。Sun 等 [11] 发现 Li2O–
MgO–Al2O3–SiO2 玻璃陶瓷钎料可较

好地润湿 Si3N4，当加热温度为 1340 
℃时，润湿角为 30°±2°，该研究实

现了多孔和致密 Si3N4 陶瓷的焊接，

所得接头在 850 ℃时仍然具有较高

的强度。Zhuang 等 [12] 使用 Ti22Si78

（质量分数，%）钎料钎焊 Si3N4 多孔

陶瓷，发现当陶瓷不做处理时，钎料 /
陶瓷界面没有明显反应层，接头强

度低；将多孔陶瓷表面碳化后，陶瓷

表面会形成 SiC 反应层，接头强度

从 44 MPa 提高至 115 MPa。目前，

国外学者对多孔陶瓷焊接方面开

展的工作较少，仅有文献报道了多

孔 AlN 陶瓷的焊接。Taranets 等 [13]

使用 AgCuTi 钎料对致密和多孔的

AlN 陶瓷进行焊接，发现 AgCuTi 钎
料可以很好地实现对致密 AlN 陶瓷

的润湿，但多孔 AlN 陶瓷较难润湿，

其和钎料的接触角较致密 AlN 增加

20°~30°。
然而，以上方法均无法避免真空

钎焊本身的缺点如温度高（高于 800 
℃）、保温时间长（一般为十几 min 或

更长）、需要真空环境，且钎料中需

添加活性元素等。简言之，在真空

钎焊中采取的设计新钎料和陶瓷表

面改性等方法并不能从根本上解决

多孔陶瓷焊接中的效率低、成本高、

接头强度不高等问题，严重制约着

多孔陶瓷的广泛应用。所以，开发

一种新的焊接多孔陶瓷的方法，实

现多孔陶瓷的高效率、低耗费、高强

度的焊接，对多孔陶瓷的广泛应用

意义重大，有助于提升我国在多孔

陶瓷领域的竞争力。本文拟从多孔

陶瓷本身的特殊结构和性质出发，

利用超声波钎焊特殊的物理、冶金

效应，实现多孔陶瓷的低温、快速润

湿。本研究可为突破多孔陶瓷焊接

的瓶颈，推动多孔陶瓷的广泛应用

提供有力支撑。

1　试验及方法

本文所用母材为孔隙率约 50%
的多孔 Si3N4 陶瓷，由 β–Si3N4 粉经

热压烧结所得，烧结过程中加入少量

Y2O3 作为烧结剂。试验所用陶瓷尺

寸为 10 mm×10 mm×5 mm。润湿

试验前，将陶瓷放入丙酮中超声清

洗 10 min。试验用钎料为 Sn9Zn，其
由纯 Sn 和 Zn 金属按照特定配比在

高频加热炉中制备。使用 Sn9Zn 钎

料润湿多孔 Si3N4 陶瓷的原因主要

有以下两点： （1）Sn9Zn 钎料熔点

低，可解决真空钎焊时熔点高的难

题； （2）Sn9Zn 钎料中无活性元素，

成本低。润湿所用设备为 UPM–U–
P1010A01 自制超声波设备，其频率

为 20 kHz，最大功率为 1000 W。

图 1 为试验过程示意图，首先将

钎料放入特定夹具中加热至 230 ℃
后使其熔化，然后将多孔陶瓷一侧浸

入至熔融的钎料中，开启超声。超声

时间设定为 10 s，功率分别为 333.3 
W、666.7 W 和 1000 W。润湿试验后，

试样经过打磨和抛光后使用蔡司扫

描电子显微镜观察润湿界面的显微

组织。为进一步分析润湿界面的组

织特征，使用型号为 Helios NanoLab 
600i 聚焦离子束减薄系统制备透射

试样，然后在型号为 Tolas F200X 的

透射电子显微镜上观察。试样的硬

度在型号为 HVS–1000 的显微硬度

计上测量，测试力为 300 g，保压时间

为 10 s。

2　结果与讨论

图 2 为多孔 Si3N4 陶瓷的形貌特

征。可以看出，多孔 Si3N4 的陶瓷棒

呈六方结构，其尺寸大小不一致；陶

瓷棒不规则分布，类似于鸟巢状交织

在一起。陶瓷棒之间存在着大小不

一致的孔洞，孔洞尺寸为几十到几百

nm 不等。

图 3（a）为超声时间 10 s，功率

333.3 W 时所得润湿界面的显微组

织特征。可以看出，虽然超声时间短、

温度低，但 Sn9Zn 钎料仍然渗入到

多孔陶瓷基体一定的深度，且渗入层

的宽度比较均匀。此结果可说明超

声波辅助的方法可实现多孔陶瓷材

料的快速润湿，有效解决多孔陶瓷在

传统真空钎焊中温度高、需活性元素

且润湿难的问题。随着超声功率的

增加，渗入层的宽度明显增大，如图

3（b）所示，当超声功率为 666.7 W
时，渗入层的宽度较图 3（a）明显增

大；相似地，当超声功率提高至 1000 
W 时，渗入层的宽度进一步增大，如

图 3（c）所示。

图 4（a）为超声功率为 333.3 W
时界面的元素变化规律，此时渗入层

的宽度约为 25 μm。按照此结果可

计算得钎料毛细填缝的速度为 2.5 
μm/s。相应的，随着超声功率的提高，

渗入层的宽度逐渐增大，钎料的毛细

填缝速度也逐渐增大。如图 4（b）
和（c）所示，当超声功率为 666.7 W
和 1000 W 时，渗入层的宽度分别为

图 1　超声辅助润湿示意图

Fig.1　Schematic of ultrasonic-assisted 
wetting

图 2　多孔 Si3N4 陶瓷的显微组织特征

Fig.2　Microstructure of porous 
Si3N4 ceramics

2 μm
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50 μm 和 80 μm，对应毛细填缝的速

度分别为 5 μm/s 和 8 μm/s。在 Zhang
等 [10] 的研究中，液态钎料在 900  ℃、

保温 20 min 的条件下，钎料才渗入

多孔陶瓷基体 10 μm 左右。由此可

见，超声辅助的方法可实现多孔材料

的快速润湿过程，这对突破多孔陶瓷

的焊接瓶颈，加速其广泛应用具有一

定的推动作用。

为了分析超声波作用下液态金

属的毛细填缝机理，本文使用式（1）
计算钎料在渗入多孔陶瓷时所需的

能量势垒。

书书书

����

�

�

���

�

�

���

�

�

�

�

��

( )�

�

�

�

��

�

( )
�

�

�

�

�

�

�

�

�

�

�

�

( )
�

�

�( )
�

�

�

��

�

��

�

�

�

�[ ]
�

�

�

�

�

�

��

��

�

�

�

�

�

��

�

�

�

�

�

�

( )
�

�

�( )
�

�

�

��[ ]�

���

�

�������


�

�

�

�

�

�

�

( )
�

�

�

�( )
�

�

�

�

�

�

�

�

�

�

�

�

��

�

( )
�

���

�

�������


��

�

�

��

�

���

�

��

�

��

�

�

�

��

���

 （1）

式中，σ为 Sn9Zn 钎料的表面张力，结

合文献 [14] 可知，在 230 ℃时 Sn9Zn
钎料的表面张力为 0.552 N/m；θ 为

Sn9Zn 钎料与多孔 Si3N4 陶瓷在 230 
℃时的接触角，将其设定为 130°[15] ；

l 为多孔陶瓷的平均孔隙半径，约为

0.3 μm。通过式（1）可知，液态钎料

渗入到 Si3N4 孔隙内部需克服大小约

为 2.4 MPa 的压力。由 Li 等 [16] 研

究可知，当超声波作用在液态金属中

时，其内部的声压值可达 4 MPa。因

此，液态钎料在经历超声波的作用下

可轻松克服额外的能量势垒，发生毛

细填缝过程。

图 5 为渗入层内部的背散射放

大形貌图（黑色和灰色区域为多孔陶

瓷棒，颜色较浅的区域为 Sn9Zn 钎

料）。可以看出，当钎料渗入到多孔

陶瓷内部时，陶瓷和钎料之间发生了

紧密结合，陶瓷 / 钎料界面处无裂纹

产生。该现象可归因于超声波钎焊

的低温焊接这一特性，低温焊接时，液

态钎料的热膨胀较小，相应的，其冷却

后在渗入层内部形成的残余应力也较

小，因此无裂纹产生。根据 Zhao 等 [17]

研究，由于焊后热残余应力较大，渗入

层中会产生裂纹，这些裂纹会导致接

头的最终失效。而本文使用的超声波

辅助润湿的方法可消除渗入层中的裂

纹，这有利于提高多孔陶瓷接头的强

度，对其广泛应用意义重大。

为进一步研究陶瓷 / 金属界面

的润湿状态，使用透射电子显微镜对

润湿界面的元素进行测试，结果如图

6 所示，此时超声功率为 1000 W。图

6（a）为润湿界面的元素变化规律，

可以看出，润湿界面存在明显的 O 和

Zn 元素的聚集，此结果可说明钎料

中的 Zn 元素是润湿过程中的主要元

素。图 6（b）为润湿界面的高分辨特

征，可以明显看出陶瓷 / 钎料表面的

润湿层，润湿层的厚度较为均匀，约为

10 nm，与图 6（a）所得结果相似。

图 7 为功率 1000 W 所得润湿

试样不同区域的硬度值，可以看出，

多孔陶瓷基体的硬度值约为 123.1 
HV。在渗入层内部，由于陶瓷的间

隙内部塞满了钎料，因此硬度值有

所提高，为 149.6HV。Sn9Zn 钎料的

硬度值较其他两个区域明显降低，

为 52.7HV。另外，本文还对润湿后

图 5　渗入层的显微组织特征

Fig.5　Microstructure of infiltration layer

陶瓷 

钎料 

2 μm

图 3　不同超声功率所得多孔 Si3N4 陶瓷的润湿界面特征

Fig.3　Microstructure at wetting interface of porous Si3N4 ceramics using different ultrasonic powers

图 4　不同超声功率所得多孔 Si3N4 陶瓷的渗入层宽度

Fig.4　Width of infiltration layer at wetting interface of porous Si3N4 ceramics using different ultrasonic powers
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10 nm

的陶瓷进行焊接，焊接时超声作用时

间为 1 s，焊后对所得接头进行剪切

性能测试。结果发现，当超声功率为

333.3 W 时，接头强度为 23 MPa。随

着润湿超声功率的增大，接头的强度

逐渐提高，当超声功率提高至 666.7 
W 和 1000 W 时，接头的强度分别为

25 MPa 和 30 MPa。
由图 6（a）可知，超声波润湿多

孔陶瓷的过程中，O 元素为润湿陶

瓷的主要元素之一，这和传统真空钎

焊过程截然不同。事实上，该过程中

的 O 元素主要来自于大气，当施加

超声振动时，液态钎料可发生激烈振

动，此种情况下氧元素可通过液 / 气
界面进入到液态钎料当中。另外，当

超声波作用于液态钎料时，钎料中会

发生声空化现象：大量的空化泡在

超声波的作用下不断地形核与溃灭。

空化泡的溃灭会产生一系列特殊的

现象，比如极高的温度、压力以及较

高的液体流速等。此种情况下，存在

于空化泡内部的氧气可直接与陶瓷

发生反应，参与润湿。为验证此过程，

本文使用 MATLAB 对液态钎料中的

空化泡动力学进行计算，采用式（2）
所示的黏性流体中的气泡动力学方

程 Rayleigh-Plesset 方程进行分析。
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 （2）
式中，c 为超声波在液体中的传播速

度；t 为时间；R 为空化泡的半径；ρ
为 Sn9Zn 钎料的密度；P0 为钎料的

静压力；σ为钎料的表面张力；R0 为

空化泡初始半径；γ为气体的比热，

其值取决于气体种类与状态（空气的

γ值为 1.4）；μ为钎料黏度；PA 为驱

动声压。采用四阶 Rung–Kutta 方法

求其解析解。随后，计算和分析液态

钎料中声空化的热、力学效应。拟采

用式（3）和（4）所示方程分别对空

化泡溃灭时的压力和温度进行计算。
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式中，T0 为室温；a 是空化泡内气体

的范德华半径。

假定 Sn9Zn 钎料中的空化泡的

初生半径为 5 μm，Sn9Zn 钎料的密度

为 6.69 g/cm3，黏度为 1.3×10–3 Pa·s，
a 为 2.34×10–6 μm。根据 Li 等 [15] 研

究假定多孔陶瓷微通道内 Sn9Zn 钎

料的声压强度为 4 MPa，通过其计算

空化泡的动力学行为。图 8（a）为

空化泡溃灭时泡壁的温度，可以看出

此时泡壁的温度可高达 4753 K；图 8
（b）为空化泡溃灭时泡壁处的压力，

此时压力值可高达 6.4×108 Pa；图 8
（c）为空化泡溃灭时泡壁的速度，其

值可高达 2313 m/s。正是由于这些

极端的条件，使得 Sn9Zn 钎料在极

端的时间内完成对多孔 Si3N4 陶瓷

的润湿。

基于上述讨论，本文的润湿过程

可总结如下。在超声辅助润湿过程

中，处在熔化状态的液态钎料中含有

一定量的氧；另外，随着超声波的振

动，大气中的氧元素也会通过液 / 气
界面进入到液态钎料中。相对于 Sn
而言，Zn 更活泼，因此更容易与氧发

生结合。超声作用下，陶瓷 / 钎料界

面处容易发生空化泡的富集，空化泡

一般情况下由钎料中残存的空气和

部分钎料蒸汽组成，即液态钎料中

的空气容易向陶瓷表面富集。如图

8 所示，空化泡溃灭时会产生高温、

高压和高液体流速等特殊现象，使得

陶瓷会在极短的时间内被润湿，而润

湿的主要形式是 Zn 和 O 发生结合。

因此，润湿后的陶瓷表面会发生明显

的 Zn 和 O 的聚集现象。

3　结论

（1）利用超声波辅助方法可在

230 ℃、10 s 内完成对多孔陶瓷的润

湿，当超声功率为 333.3 W 时，渗入

层的宽度为 25 μm。超声功率的增

加可明显增大渗入层的宽度，当超声

功率为 1000 W 时，渗入层的宽度为

80 μm。渗入层中陶瓷和钎料结合紧

密，无裂纹产生。

（2）超声功率为 1000 W 时，润湿

层的宽度约为 10 μm，润湿界面存在

明显的 O 和 Zn 元素聚集。其中 O 元

素主要来自于大气，在超声波的振动

图 6　润湿界面特征

Fig.6　Microstructure at the wetting interface

图 7　不同区域的硬度值

Fig.7　Hardness at different regions
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（c）液体流速

2313

下由液 /气界面进入到液态钎料当中。

（3）陶 瓷 基 体 的 硬 度 值 约

为 123.1HV；渗入层硬度值提高至

149.6HV；Sn9Zn 钎料的硬度值最低，

为 52.7HV。

（4）空化动力学的计算结果表

明，初始半径为 5 μm 的空化泡溃灭

时可产生 4753 K 的高温、6.4×108 Pa
的压力和 2313 m/s 的液体流速，这些

极端的条件使 Sn9Zn 钎料在极短的

时间内完成对多孔Si3N4陶瓷的润湿。
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NiTi 形状记忆合金由于具有独

特的形状记忆效应和超弹性特征，在

微机电系统、生物医学和航空航天等

领域存在应用需求 [1]。Ti6Al4V 合

金有着高比强度、耐腐蚀性与生物相

容性，在轨道交通、生物医学与航空

航天行业有着广泛应用 [2]。因此基

于 NiTi 和 Ti6Al4V 两种合金特性的

异种材料连接在航空航天装备关键

部位制造中具有极大的应用潜力，如

飞机发动机涡轮燃气喷嘴采用 NiTi
和 Ti6Al4V 的焊接紧固件来减少噪

音和油耗 [3]。然而，两种材料的热、

物理、化学性能差异造成其在焊接制

造过程中易形成 Ti2Ni 等脆性金属间

化合物，而这些脆性金属间化合物的

生成会导致接头力学性能的恶化 [4]。

Zoeram 等 [5] 研究发现在 NiTi/

Ti6Al4V 激光焊接中添加 Cu 元素

能减少 Ti2Ni 相含量，有效提高接头

的力学性能。Oliveira 等 [6] 采用激

光偏移同时加入 Nb 中间层，成功获

得了熔合区无金属间化合物的 NiTi/
Ti6Al4V 激光焊接接头，其平均抗拉

强度为 300 MPa。以上研究均表明

在 NiTi/Ti6Al4V 激光焊接过程中添

加中间层能有效抑制金属间化合物

的生成，其力学性能相较于未添加中

间层的焊接接头明显提高。

由于 Co 与 Ni 具有相近的原子

半径，所以 Co 能取代 Ni 基化合物

中的 Ni，同时 Co 有着优异的耐腐性

以及高的抗拉强度 [7]。此外，Zr 与 Ti
为同族元素，有着相似的电子构型，

不易与 Ti 形成金属间化合物 [8]。因

此，将 Co、Zr 作为中间层有望实现

崔江梅
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规律。结果表明，NiTi/Co/Ti6Al4V 和 NiTi/Zr/Ti6Al4V 接头熔合区微观组织均由等轴枝晶、柱状枝晶以及部分宏观
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在 NiTi 边界处发生脆性断裂，其中 NiTi/Zr/Ti6Al4V 接头有着较大的抗拉强度 315.9 MPa 和断裂应变 1.74%。
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（a）激光焊接试验过程

屏蔽套

上部气管 背部气管

前部气管

焊接方向

（b）屏蔽辅助夹具

Ti6A14V NiTi

Co/Zr

0.1 mm

激光束
4°

（c）NiTi/Ti6Al4V异种连接结构设置

NiTi/Ti6Al4V 异种材料的可靠互连。

本文研究了 Co、Zr 中间层对 NiTi/
Ti6Al4V 激光焊接接头微观组织、物

相结构和力学性能的影响规律，为

NiTi/Ti6Al4V 的有效连接提供工艺

指导和技术借鉴。

1　试验及方法

试验材料选用 0.5 mm 厚 NiTi
（Ni 原子分数为 50.8%）与 Ti6Al4V
板材，以及纯度 99.9% 的 0.05 mm 厚

Co 箔和 Zr 箔。母材化学成分如表

1 所示。采用武汉华工激光工程公

司生产的 LWF150QC 光纤激光器进

行焊接试验，其最大工作峰值功率为

1.5 kW，最小聚焦光斑 0.2~0.4 mm，

波长 1070 nm。图 1（a）为激光焊

接试验过程，焊接工艺参数分别为峰

值功率 1.0 kW、脉冲频率 8 Hz、焊接

速度 3.0 mm/s、离焦量 0、氩气流量 16 
L/h 和总宽度 13 ms 的斜坡脉冲。图

1（b）为自主设计的带有屏蔽辅助夹

具，用于固定工件并确保氩气集中，

以减少接头氧化。如图 1（c）所示，

Co/Zr 中间层置于 NiTi 和 Ti6Al4V
之间。此外，为防止激光反射损坏镜

片，将激光倾角设为 4°，且激光位置

设为从中间层边界向 Ti6Al4V 侧偏

移 0.1 mm，为熔点相对较高的母材

提供更多热量。

采用电火花线切割沿垂直于焊

缝方向制备微观组织表征试样与力

学性能测试试样。微观组织表征

试样经打磨抛光和清洗腐蚀后，采

用 ZEISS Observer A1M 倒 置 光 学

显微镜进行金相组织分析，并且利

用 JEOL JSM–7600F 场发射扫描电

子显微镜对成分进行研究，同时采用

BRUKER D8 DISCOVER Plus 型 X
射线衍射仪确定接头中存在的物相结

构。拉伸试样尺寸如图 2（a）所示，

在 CMT–02 通用拉伸试验机上以 0.5 
mm/min 拉伸速率进行室温拉伸性能

试验，并采用场发射扫描电子显微镜

对拉伸断裂试样进行断口形貌分析。

焊接接头显微硬度通过 DHV–1000Z
数字显微维氏硬度计进行测试，如图

2（b）所示。

2　结果与讨论

2.1　焊接接头微观组织形貌

含 Co/Zr 中间层的 NiTi/Ti6Al4V
激光焊接接头微观组织形貌如图 3
所示。两种接头整体微观组织主

要由等轴枝晶、柱状枝晶以及部分

宏观偏析区组成。宏观偏析区和不

对称熔池的形成则归因于 NiTi 和
Ti6Al4V 母材成分与热性能差异、熔

池内马兰戈尼对流效应以及激光偏

移 [9–11]，其中宏观偏析可以通过优化

焊接工艺参数使熔合区元素分布均

匀来避免产生 [12]。

由于熔合边界存在较大的温度

梯度，NiTi/Co/Ti6Al4V 接头的 NiTi
和 Ti6Al4V 边界均以胞状晶形式开

始凝固，NiTi 边界胞状晶突然转变

为柱状枝晶，再转变为等轴枝晶，而

Ti6Al4V 边界胞状晶自然地向柱状

枝晶和细小等轴枝晶发生转变，如

图 3（a）所示。NiTi/Zr/Ti6Al4V 接

头的 NiTi 边界以平面晶形式开始凝

固，逐渐转变为胞状晶和柱状枝晶，

而 Ti6Al4V 边界凝固模式由胞状晶

开始逐渐向胞状枝晶转变，同时两侧

边界靠近熔合区的组织呈现为等轴

枝晶形态，如图 3（b）所示。从熔合

线到焊缝中心，温度梯度（G）逐渐减

小，同时凝固速度（R）增加，其比值

（G/R）在熔合线处最大，因此在熔合

图 1　NiTi/Ti6Al4V 激光焊接示意图

Fig.1　Schematic diagram of NiTi/Ti6Al4V laser welding

表 1　母材化学成分组成（原子分数）

                  Table 1　Chemical composition of base materials（Atomic fraction）  %

母材
成分

Ti Ni Al V Fe O C N H

NiTi 49.2 50.8 — — — — — — —

Ti6Al4V 余量 — 6.05 3.9 0.15 0.12 0.02 0.006 0.004
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线附近凝固过程呈现为平面晶生长

和胞状晶生长，当凝固前沿向焊缝中

心移动时，枝晶在焊缝中心生长 [13]。

脉冲激光焊接的高冷却速率和

焊缝中心的低温度梯度有利于焊缝

中心等轴晶粒的形核 [10]，因此在两

者的共同作用下，两种接头的焊缝中

心区域均经历了显著过冷，从而观察

到明显的等轴枝晶组织。

2.2　焊接接头物相结构

图 4 为含 Co/Zr 中间层的 NiTi/
Ti6Al4V 激光焊接接头点成分分析

图，对应的点成分分析结果如表 2 所

示。根据成分分析结果，结合 Ni–Ti–
Co 三元相图 [14] 可以得知 Co 中间层

能使熔池平均成分远离 Ti2Ni 相区，使

熔合区初生相由 Ti2Co、Ti2Ni、NiTi 和
Ti 相组成，其原因是相较于 Ni 元素，

Co 元素与 Ti 元素有更高的化学亲和

性 [7]，因此 Co 能部分取代 Ni 的位置

形成 Ti2Co，从而减少了 Ti2Ni 脆性金

属间化合物的形成。同时结合 Ni–Ti–
Zr 三元相图 [15]，可以发现由于 Zr 元
素与 Ti 元素为同族元素且具有相似

的化学性质 [8]，Zr 能取代 Ti2Ni 中部

分 Ti 的位置形成 Ni（Ti，Zr）2，因此

熔合区初生相主要有 Ni（Ti，Zr）2 三

元相、Ti2Ni二元相，以及Ti和Zr单相。

图 5 为含 Co/Zr 中间层的 NiTi/
Ti6Al4V 激光焊接接头 X 射线衍射

谱。从图 5（a）中可以看出，从焊

缝中心到 NiTi 边界，虽然 Ti2Ni 和

Ti2Co 的衍射第 1 强峰强度降低，但

其第 2 强峰和第 3 强峰强度增加，同

时 Ti2Ni 单衍射峰强度增加，Ti 单相

衍射峰强度降低，这些变化均会导致

NiTi/Co/Ti6Al4V 接 头 NiTi 边 界 处

力学性能弱化 [16]。

对比图 5（b）和 NiTi/Zr/Ti6Al4V

接头点成分分析结果可以发现，X 射

线衍射检测出了 NiZr2 相结构，这是

由于 Zr 与 Ti 化学性质相似且具有

充分的溶解度，能够形成固溶体，同

时 Zr 原子半径大于 Ti，使晶格参数

变大 [17–18]，导致出现了 Zr 完全取代

Ti2Ni 中 Ti 位置的情况。从焊缝中

图 2　力学性能测试示意图

Fig.2　Schematic diagram of mechanical properties testing

Ti6A14V
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焊缝中心

焊缝中心

100 μm100 μm 100 μm

100 μm100 μm100 μm

NiTi
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P14

P6

P5

P7

P10P9
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（a）含Co中间层

（b）含Zr中间层

图 3　含 Co/Zr 中间层的 NiTi/Ti6Al4V 激光焊接接头微观组织形貌

Fig.3　Microstructure morphology of NiTi/Ti6Al4V laser welded joints with Co/Zr interlayer

图 4　含 Co/Zr 中间层的 NiTi/Ti6Al4V 激光焊接接头点成分分析

Fig.4　Point composition analysis of NiTi/Ti6Al4V laser welded joints with Co/Zr interlayer
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心到 NiTi 边界，Ti 单相衍射峰强度

显著降低，而 Ti2Ni 衍射峰强度增加，

这 对 NiTi/Zr/Ti6Al4V 接 头 NiTi 边
界处力学性能有不利影响 [16]，然而

Zr 单相和 Ni0.6Ti0.4Zr 三元相衍射

峰强度的增加表明对应的相含量增

加，这些相的存在对 NiTi 边界处力

学性能的弱化存在缓解作用。

2.3　焊接接头力学性能

2.3.1　显微硬度

图 6（a） 为 NiTi/Co/Ti6Al4V
接头显微硬度分布图，硬度平均值

与最大值分别为 438HV 与 543HV ；

而 NiTi/Zr/Ti6Al4V 接头显微硬度

平均值与最大值分别为 392HV 与

467HV，如图 6（b）所示。两种接头

熔合区硬度均高于两侧母材硬度，且

硬度最大值均在靠近 NiTi 边界位置

被检测到，这是由于靠近 NiTi 一侧

的高硬度 Ti2Ni 脆性金属间化合物含

量相对较高。对比两种接头的硬度

图 5　含 Co/Zr 中间层的 NiTi/Ti6Al4V 激光焊接接头 X 射线衍射谱

Fig.5　XRD pattern of NiTi/Ti6Al4V laser welded joints with Co/Zr interlayer

图 6　含 Co/Zr 中间层的 NiTi/Ti6Al4V 激光焊接接头显微硬度分布

Fig.6　Microhardness distribution of NiTi/Ti6Al4V laser welded joints with Co/Zr interlayer

表 2　含 Co/Zr 中间层的 NiTi/Ti6Al4V 激光焊接接头点成分分析结果

Table 2　Results of point composition analysis of NiTi/Ti6Al4V laser welded joints with 
Co/Zr interlayer

点
原子分数 /%

可能的初生相
Ti Ni Co Zr

P1 62.4 21.3 9.2 — Ti2Co，Ti2Ni，Ti

P2 68.5 15.5 8.7 — Ti2Co，Ti2Ni，Ti

P3 63.1 20.7 9.9 — Ti2Co，Ti2Ni，Ti

P4 61.7 19.2 11.3 — Ti2Co，Ti2Ni

P5 54.8 23.4 16.4 — Ti2Co，Ti2Ni，NiTi

P6 61.6 20.9 10.8 — Ti2Co，Ti2Ni

P7 61.0 22.3 10.4 — Ti2Co，Ti2Ni

P8 66.2 16.9 — 7.2 Ti2Ni，Ni（Ti，Zr）2，Ti

P9 74.9 7.3 — 5.5 Ti2Ni，Ti

P10 60.6 20.0 — 9.1 Ti2Ni，Ni（Ti，Zr）2，Ti

P11 76.8 5.4 — 3.6 Ti2Ni，Ti

P12 61.1 18.0 — 10.6 Ti2Ni，Ni（Ti，Zr）2，Zr

P13 72.2 7.7 — 5.2 Ti2Ni，Ti

P14 74.7 6.0 — 5.1 Ti2Ni，Ti
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平均值与最大值可以得知，NiTi/Zr/
Ti6Al4V 比 NiTi/Co/Ti6Al4V 有着更

低的显微硬度，结合 X 射线衍射结

果可以确定相较于 Co 对 Ti2Ni 相中

Ni 的取代，Zr 对 Ti 的取代能更显著

地减少 Ti2Ni 脆性相的生成。

此外，熔合区中存在部分蓝色区

域，其硬度与 NiTi 母材硬度相似。由

于在微观组织形貌中观察到了部分

宏观偏析区，结合 Oliveira 等 [10] 的研

究成果，可以确定该蓝色区域为对流

效应产生的岛状 NiTi 宏观偏析区。

2.3.2　拉伸性能

为了确定中间层对 NiTi/Ti6Al4V
接头拉伸性能的影响，分别测试了无

中间层、Co 中间层和 Zr 中间层接头

的拉伸应力应变曲线，其结果如图 7
所示。无中间层接头的极限抗拉强

度和断裂应变分别为 148.1 MPa 和

0.82%，而 Co 中间层接头的值分别

为 285.1 MPa 和 1.68%，Zr 中间层接

头的值分别为 315.9 MPa 和 1.74%。

3 种接头均在 NiTi 边界附近断裂，根

据微观组织形貌可知焊缝中心为等

轴枝晶，其晶粒尺寸小于 NiTi 边界

的柱状枝晶，故 NiTi 边界的性能弱

于焊缝中心，同时结合 X 射线衍射

和显微硬度分析可知，NiTi 边界的

Ti2Ni 脆性金属间化合物含量比焊缝

中心的含量更高，因此焊接接头最终

在 NiTi 边界附近产生失效断裂。

对比 3 种接头的极限抗拉强度和

断裂应变值可知，含 Co 和 Zr 接头的

拉伸性能均显著强于无中间层接头，

根据物相结构分析结果可以确定 Co
和 Zr 均产生固溶强化效应，并且分别

取代 Ti2Ni 脆性相中的 Ni 和 Ti，降低

了 Ti2Ni 相含量，从而提高接头的力学

性能 [19–20]。此外，NiTi/Zr/Ti6Al4V 接

头拉伸性能又优于 NiTi/Co/Ti6Al4V
接头，结合物相结构分析结果可以得

知，NiTi/Zr/Ti6Al4V 接头中 Ti 单相

含量较高，Ti2Ni 相含量较低，并且同

时存在 Zr 单相和 Ni0.6Ti0.4Zr 三元

相，因此 NiTi/Zr/Ti6Al4V 接头具有

更强的力学性能，表明 Zr 中间层能

更好地改善接头的力学性能。

由于接头均失效于 NiTi 边界附

近，因此对 NiTi 侧拉伸断口进行观

察，如图 8 所示。对比两种接头的断

口可以看出，断口形貌主要呈现为解

理面与部分类解理面，其对应的断裂

形式为脆性断裂，这与拉伸试验中近

似直线的应力应变关系相一致，大量

Ti2Ni 脆性相的存在导致了解理形貌

的发展，而类解理面的产生与较软的

岛状 NiTi 区有关。此外，在含 Zr 接
头的断口形貌中还观察到了部分细

小韧窝花样，表明含 Zr 接头中较多

的 Ti 单相以及 Zr 单相的存在使得

接头具有一定韧性，因此，含 Zr 接头

具有更优异的力学性能。

3　结论

（1）含 Co/Zr 中 间 层 的 NiTi/
Ti6Al4V 接头熔合区微观组织主要

存在大量等轴枝晶和柱状枝晶以及

部分宏观偏析区，其中 Co 元素取代

Ti2Ni 中 Ni 的位置形成 Ti2Co，Zr 元素

则取代 Ti 的位置形成 Ni（Ti，Zr）2 和

NiZr2，从而减少 Ti2Ni 脆性相的生

成，有利于提升接头力学性能。

（2）NiTi/Co/Ti6Al4V 和 NiTi/Zr/
Ti6Al4V 接头熔合区硬度均高于两

侧母材硬度，且在 NiTi 边界附近

出现硬度最大值分别为 543HV 和

467HV，表明 Zr 中间层的存在比 Co
中间层更显著地降低了接头硬度。

（3）NiTi/Ti6Al4V、NiTi/Co/
Ti6Al4V 和 NiTi/Zr/Ti6Al4V  3 种接

头均在 NiTi 边界处发生脆性断裂，

但是添加中间层的接头有着更高的

拉伸性能，其中添加 Zr 中间层的接

头具有较大的抗拉强度和断裂应变，

分别为 315.9 MPa 和 1.74%。
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Effect of Interlayer on Microstructure and Mechanical Properties for 
NiTi/Ti6Al4V Laser Welded Joints

CUI Jiangmei1, CHEN Long2, ZHOU Zhijie3, TESHOME Fissha Biruke2, KE Wenchao2, 
YU Hongmei1, ZENG Zhi2

(1. Chengdu Technological University, Chengdu 611730, China;
2. University of Electronic Science and Technology of China, Chengdu 611731, China;

3. AVIC International Holding Corporation, Beijing 100101, China)

[ABSTRACT]　In order to reduce the formation of brittle intermetallic compounds in NiTi/Ti6Al4V dissimilar laser 
welding and improve the mechanical properties of welded joints, NiTi/Ti6Al4V laser welding was performed by adding Co 
and Zr interlayers respectively. The effect of Co/Zr interlayer on microstructure, phase structure and mechanical properties 
of welded joints was studied. The results show that the microstructure of the fusion zone in NiTi/Co/Ti6Al4V and NiTi/Zr/
Ti6Al4V joints is composed of equiaxed dendrites, columnar dendrites and some macroscopic segregation zones. Co and Zr 
can respectively replace Ni and Ti in Ti2Ni brittle intermetallic compounds, which inhibits the formation of brittle phases. 
In addition, the maximum hardness of NiTi/Co/Ti6Al4V and NiTi/Zr/Ti6Al4V joints is near the NiTi boundary, 543HV and 
467HV respectively. Meanwhile, brittle fracture occurs at the NiTi boundary. The NiTi/Zr/Ti6Al4V joint has a large tensile 
strength of 315.9 MPa and fracture strain of 1.74%.
Keywords: Dissimilar metals; Laser welding; Interlayer; Microstructure; Mechanical properties
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郭震国

  博士研究生，研究方向为线性摩擦

焊接技术。

Ti2AlNb 基合金具有高塑性、高

断裂韧度和高裂纹扩展抗力的特征，

可以在 650~750 ℃温度范围内长期服

役，且密度远低于镍基高温合金，是航

空航天领域应用前景广阔的高温轻

质结构材料 [1]。Ti60 是我国自行研

制的一种新型高温钛合金，其蠕变性

能好、高温强度高，还具有优良的热

稳定性和高温抗氧化性，是高推重比

航空发动机叶盘的重要候选材料 [2]。

目前，Ti2AlNb 与 Ti60 被认为是未来

高性能航空发动机双合金 – 双性能整

体叶盘最有希望的材料配伍之一 [3]。

线性摩擦焊（Linear friction 
welding，LFW）是 20 世纪 80 年代

问世的一种固相焊接技术，扩展了旋

转摩擦焊的应用范围，可以进行非轴

对称复杂截面金属构件的焊接，由于

焊接中无凝固过程，接头连接质量

高，是国际公认的航空发动机整体叶

盘制造与维修的核心技术 [4–5]。使用

LFW 制造 Ti2AlNb–Ti60 双合金 – 双

性能整体叶盘，可满足新一代高推重

比航空发动机整体叶盘大应力梯度

和大温度梯度的服役条件 [3]，因此开

展 Ti2AlNb 和 Ti60 LFW 的相关基础

试验研究意义重大。

目前，西北工业大学 [6] 和中国

航空制造技术研究院 [7–8] 已针对

Ti2AlNb 基合金 LFW 进行了研究，

然 而 有 关 Ti2AlNb 和 Ti60 异 质 接

头 LFW 却鲜有报道。此外，异种钛

合金 LFW（如 TC4/TC17[9–10]、TC17
（α+β）/TC17（β）[11]）的研究表明，

相比同质接头，异质接头由于母材

物理及力学性能的差异，界面更容

Ti2AlNb/Ti60 线性摩擦焊接头组织特征及
力学性能*

郭震国 1，马铁军 1，陈　曦 1，杨夏炜 1，李文亚 1，陶　军 2

（1. 西北工业大学材料学院陕西省摩擦焊接工程技术重点实验室，西安 710072；
2. 中国航空制造技术研究院航空焊接与连接技术航空科技重点实验室，北京 100024）

[ 摘要 ]　对 Ti2AlNb 及 Ti60 合金进行了线性摩擦焊接（LFW）试验，利用光镜和扫描电镜对接头各区域微观组织进行

了表征，测试了接头的力学性能。结果表明，接头两侧热力影响区（TMAZ）组织沿摩擦方向变形，Ti2AlNb 侧 TMAZ 发

生了 α2→B2 和 O→B2 相转变，B2 相体积分数相比母材显著增高，Ti60 侧 TMAZ 发生了 β→ 亚稳 β→α 相转变，析出了

细小的层片状次生 α 相。接头两侧焊缝区（WZ）发生了动态再结晶，Ti2AlNb 侧 WZ 完全转变为 B2 相并在快速冷却后

保留下来，Ti60 侧 WZ 在高温下首先转变为高温 β 相，焊后快冷过程中发生 β→α′ 相转变，析出 α′ 马氏体。接头界面发

生了溶质元素的互扩散，形成了宽约为 1 μm 的元素扩散层，界面两侧晶粒实现“共生”。在 TMAZ 组织的形变强化、沉

淀强化，WZ 组织的细晶强化、沉淀强化的综合作用下，接头拉伸强度（939 MPa）不低于 Ti60 母材，断裂模式为韧性断裂。

关键词：线性摩擦焊；Ti2AlNb；Ti60；微观组织；力学性能

DOI： 10.16080/j.issn1671-833x.2022.21.098

* 基金项目：国家自然科学基金青年基金

（52105400）。

引文格式：郭震国 , 马铁军 , 陈曦 , 等 . Ti2AlNb/Ti60 线性摩擦焊接头组织特征及力学性能[J]. 航空制造技术 , 2022, 65(21): 98–
103.
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易形成孔洞、未焊合等缺陷，进而影

响接头的力学性能。本文主要针对

Ti2AlNb/Ti60 异质 LFW 接头各微区

及界面的组织特征进行了研究，并测

试了接头的力学性能，为 LFW 制备

Ti2AlNb–Ti60 双合金 – 双性能整体

叶盘的工程应用提供试验依据。

1　试验及方法

本研究采用的 Ti2AlNb 基合金

的名义成分为 Ti–22Al–25Nb（原子

分数，%）；Ti60 的主要化学成分为

5.85Al、4.14Sn、4.03Zr、0.69Nb、
1.48Ta、0.37Si、Ti余量（质量分数，%）。

Ti2AlNb 母材的光镜（OM）组织如图

1（a）所示，可以看出，Ti2AlNb 基合

金母材晶粒尺寸粗大，有的甚至超过

了 1000 μm。大尺寸晶粒内部的扫

描电镜（SEM）组织如图 1（b）所示，

由 B2+α2（Ti3Al）+O（Ti2AlNb）三

相组成，黑色的等轴状颗粒为 α2 相，

针条状组织为 O 相，基体为 B2 相，

其中 O 相的强化作用大于 α2 相
[8]。

本研究所选 Ti60 合金母材的组织如

图 1（c）和（d）所示，可以看出 Ti60
母材主要由等轴 α、拉长的 α 及 β 相

组成，β 相主要分布在 α 相边界。由

于 Ti60 为近 α 型钛合金，其母材 α
相体积分数高达 98%。两种母材的

力学性能如表 1 所示。

本研究中焊接试验所用试件尺

寸为 12 mm×22 mm×65 mm，焊接

面积为 12 mm×22 mm，线性往复运

动沿 22 mm 长度方向。LFW 焊接试

验设备为西北工业大学自行研制的

XMH–250 型焊机，试验所用焊接工

艺参数为摩擦压力 70 MPa、频率 25 
Hz、振幅 2 mm、顶锻压力 70 MPa、保
压时间 60 s。

焊后切割尺寸为 20 mm×20 mm×

5 mm 的金相试样，焊缝位于试样中

心，如图 2 所示。金相试样打磨抛光

后，利用 Kroll 试剂（0.5% HF+1.5% 
HNO3+2% HCl+96% H2O）腐蚀，随

后在 OLYMPUS–PMG3 型光学显微

镜（OM）及 Zeiss GeminiSEM 500 型 
场发射扫描电子显微镜（SEM）下对

接头组织进行表征。进行电子背散

射衍射测试（EBSD）前将金相试样

在 Struers–5 型电解抛光机上进行电

解抛光，抛光液配比为高氯酸∶甲

醇∶正丁醇 =6 mL∶64 mL∶30 mL，

电压为 30 V，抛光时间为 40 s，温度

为 5 ℃。EBSD 测试在配有 Nordlys-

MaxEBSD 探头的 MIRA3XMU 型

TESCAN 场发射扫描电子显微镜

中完成，数据处理及分析在 HKL–
Channel5 软件中完成。力学性能测

试 方 面，利 用 SHIMADZU HMV–
G20 显微硬度计沿垂直于焊缝方向

测试接头各微区的维氏硬度，步长为

200 μm，载荷为 500 g，保压时间为

10 s。此外，接头按照 GB/T 228.1—
2010 标准加工拉伸试样，拉伸试样

与金相试样的相对位置如图 2 所示，

随后在 Instron 3382 电子万能试验

机上以 1 mm/min 的速度进行室温

拉伸测试，测试接头的拉伸性能。拉

伸试验后在扫描电镜中对拉伸试样

断口进行观察，研究接头的拉伸断裂

机理。

2　结果与讨论

2.1　接头组织特征

Ti2AlNb/Ti60 异质 LFW 接头的

组织如图 3 所示。可以看出接头无

未焊合、氧化物夹杂等缺陷，表明焊

接过程氧化物自清理 [4–5] 彻底。由

于 Ti2AlNb 为金属间化合物，Ti60 为

近 α 型钛合金，两种母材成分的巨

大差异使得接头中心形成了明显的

图 1　母材组织

Fig.1　Microstructures of base metals

母材
室温拉伸强度 / 

MPa
650 ℃拉伸强度 / 

MPa

Ti2AlNb 1203 830

Ti60 914 529

表 1　母材力学性能

Table  1　Mechanical properties of 
base metals

图 2　金相及拉伸试样取样示意图

Fig.2　Sampling diagram of metallographic 
sample and tensile samples

焊缝

拉伸试样
金相试样
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焊接界面。依据接头不同位置的组

织形态，将接头大致分为 6 个区域，

分别为 Ti2AlNb 侧母材区（BM–1）、
Ti2AlNb 侧热力影响区（TMAZ–1）、
Ti2AlNb 侧 焊 缝 区（WZ–1）、Ti60
侧焊缝区（WZ–2）、Ti60 侧热力影

响区（TMAZ–2）及 Ti60 侧母材区

（BM–2）。TMAZ–1 和 TMAZ–2 的

组织沿平行于界面方向发生了变形，

其中 TMAZ–1 的大尺寸晶粒被拉长

变形呈弯折状（图 3 中箭头所指），上

述组织形态是在 LFW 过程高温及

沿界面的剪切力的共同作用下形成

的。WZ–1 和 WZ–2 的组织完全失

去了原始 Ti2AlNb 及 Ti60 的组织特

征，晶粒明显细化，组织变得致密。

由图 3 还可看出，WZ–1+TMAZ–1
的宽度（1400 μm）明显大于 WZ–
2+TMAZ–2 的宽度（1050 μm）。分

析认为，Ti2AlNb 母材具有更高的高

温强度（表 1），这是由于其存在大尺

寸晶粒。在 LFW 过程热塑性金属

周期性的形成与挤出中 [4–5]，Ti2AlNb
相比 Ti60 更难被挤出，因此 Ti2AlNb
侧接头随飞边被带走的热量也会更

少，焊接界面传入 Ti2AlNb 侧接头

的热量会更多，Ti2AlNb 侧接头受热

力耦合作用的区域更宽。这种由于

母材高温强度差异导致接头界面两

侧热力耦合区域宽度不同的现象在

Guo 等 [12] 进 行 的 TA19–TB2 异 质

LFW 接头研究中也被发现。

2.2　接头微观组织特征

TMAZ–1 中部的微观组织如图

4（a）所示。可以看出，TMAZ–1 内

B2 相的体积分数相比原始母材（图

1（b））明显增高，α2 相及 O 相的体

积分数则显著降低，其中 O 相基本完

全分解，仅能观察到残存的轮廓。分

析认为 LFW 过程中，TMAZ–1 中部

温度超过了 Ti2AlNb 的 O 相转变温

度（约 630 ℃ [1]），发生了 O→B2 相转

变；此外，在高温作用下，α2 相还发生

了 α2→B2 相转变，含量明显减少。由

图 4（a）可以看出，TMAZ–1 内一些

等轴颗粒状 α2 相沿线性摩擦方向被

拉长变形，前文接头组织特征中指出，

TMAZ–1 内的大尺寸晶粒沿摩擦方向

发生弯折变形，微观组织变形与其原

因一致，均由焊接过程中的高温热及

沿摩擦方向剪切力的共同作用造成。

TMAZ–2 中部的微观组织如图

4（b）所示。可以看出，TMAZ–2
内 α 与 β 相沿线性摩擦方向也被拉

长变形，呈现等轴组织钛合金 LFW
接头热力影响区典型的流线组织形

态 [5]。对比 TMAZ–1 中部组织（图

4（a）），TMAZ–2 中部组织沿摩擦

方向的变形更为剧烈，其成因是由于

Ti60 的高温强度低于含有大尺寸晶

粒的 Ti2AlNb，高温下更容易发生变

形。仔细观察被拉长的 β 相内部，可

以看出存在许多尺寸细小的层片状

组织，该层片组织为焊后冷却过程中

析出的次生 α 相，其形成机制是焊接

过程中 α 与 β 相发生了元素互扩散，

β 相内 β 稳定元素含量降低，α 相稳

定元素含量增高，β 相转变为亚稳 β
相，在随后的冷却过程中又发生了亚

稳 β→α 相转变，最终析出了次生 α
相，而焊后 TMAZ 中残留的 β 相与层

片状次生 α 相则构成了 β 相转组织。

WZ–1 中部的微观组织如图 4
（c） 所示，相比 TMAZ–1（图 4（a）），
WZ–1 内 α2 与 O 相完全消失，基本

由 B2 相组成。对于 Ti2AlNb 基合

金，当加热温度超过 β 转变温度（约

1100  ℃）时 [1]，O 相和 α2 相会迅速转

变为非密排晶体结构的 B2 相。随后，

当 B2 相的冷却速率大于 120 K/s 时，

由于 O 相和 α2 相是密排结构，扩散系

数较小，因此 B2→α2 和 B2→O 两种

相变过程受到抑制，室温可以得到均

一的 B2 相。分析认为，钛合金 LFW
接头焊缝温度约为 1200 ℃，超过了

Ti2AlNb 的 β 转变温度；而钛合金

LFW 接头焊后冷却速率高达 300 K/s，
因此接头 WZ–1 焊后基本由 B2 相组

成。此外，由图 4（c）还可以看出，

WZ–1 内形成了等轴细晶，尺寸远小

于 Ti2AlNb 母材的晶粒，表明在 LFW
过程强烈的热力耦合作用下，WZ–1
发生了动态再结晶。而 WZ–1 由于相

变及动态再结晶的共同作用，其 SEM
组织完全失去了原始母材的特征。

WZ–2 中部的微观组织如图 4
（d）所示，可以看出 WZ–2 内满布针

状组织。前文指出，钛合金 LFW 过

程中焊缝温度会超过 1200 ℃，也高

于 Ti60 的 β 转变温度（1045 ℃ [13]），

因此WZ–2内首先发生α→β相转变，

形成高温 β 相。而在焊后冷却过程

中，由于冷速过快，高温 β 相无法通

过元素扩散析出 α 相，会直接切变析

出 α′ 马氏体，图 4（d）中的针状组

织即为 α′ 马氏体。此外，由于 Ti60
的高温强度低于 Ti2AlNb，WZ–2 金

图 3　Ti2AlNb/Ti60 LFW 接头组织特征

Fig.3　Microstructural characterization of LFWed Ti2AlNb/Ti60 joint
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属在焊接过程中的塑性变形剧烈程

度应大于 WZ–1 金属，WZ–2 也应发

生动态再结晶。但由于 WZ–2 内析

出了大量 α′ 马氏体，遮挡住了再结

晶晶粒晶界。因此，对 WZ–2 进行了

EBSD 测试，反极图显示 WZ–2 确实

发生了动态再结晶并形成了取向随

机的等轴细晶（图 4（d））。
对接头界面也进行了表征，结果

如图 4（e）所示。可以看到原始界

面消失，Ti2AlNb 与 Ti60 实现冶金

结合。对图 4（e）箭头所示位置进

行了 EDS 扫描，结果如图 4（f）所

示。接头焊接界面形成了 1 个宽度

约 1 μm 的元素扩散层，Ti60 中的 Ti
元素向 Ti2AlNb 中扩散，Ti2AlNb 中

的 Al 和 Nb 元素向 Ti60 中扩散。分

析认为，在 LFW 过程高温的作用下，

接头界面两侧发生了溶质元素的互

扩散，使得原始界面消失，焊接界面

两侧晶粒实现“共生”，接头实现冶

金结合，而焊后接头界面实际为相界

面，而非晶界面。目前，公开报道中

针对 Ti2AlNb 及 Ti60 的焊接方法主

要为电子束焊，但由于电子束焊属于

熔焊方法，因此焊接界面会形成粗

晶、孔洞、偏析等缺陷 [13]。相比电子

束焊，利用线性摩擦焊焊接 Ti2AlNb
基合金及 Ti60 可避免上述缺陷，具

有明显优势。

2.3　接头力学性能

2.3.1　显微硬度

接头垂直于界面方向的显微硬

度分布如图 5 所示。可以看出，对于

Ti2AlNb 侧接头，由 BM–1 至 WZ–1
显微硬度呈现逐渐降低的趋势，

BM–1 的平均显微硬度为 360HV，而

WZ–1 的显微硬度不足 320HV。前文

指出，由 BM–1 至 WZ–1，O 相的体

积分数逐渐降低，其中 WZ–1 内 O
相基本完全分解，而 O 相为 Ti2AlNb
基合金的主要强化相，因此 Ti2AlNb

图 4　接头不同区域微观组织

Fig.4　Microstructures of different zones of the joint

图 5　接头显微硬度分布

Fig.5　Microhardness distribution of joint
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Ti2AlNb
焊接界面
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1#

2#

3# 10 mm

50 μm

侧接头显微硬度呈现逐渐降低的趋

势。Ti60 侧接头的显微硬度分布

呈 V 字形，由 BM–2 至 WZ–2 先降

低后增高，其中显微硬度极小值位

于 TMAZ–2 内，为 316HV。分析认

为，由 BM–2 至 TMAZ–2 显微硬度

降低是由于 TMAZ–2 内 β 相分解

转变为 α 相，导致 α/β 相界数量显著

减少；而显微硬度在 TMAZ–2 接近

WZ–2 的区域再次升高的原因为该区

域组织变形更为剧烈（图 3），形变强

化作用的加强使得显微硬度再次回

升 [14]；WZ–2 内发生动态再结晶并形

成等轴细晶，存在细晶强化作用，此

外 WZ–2 内还大面积析出针状 α′ 马
氏体，因此 WZ–2 的显微硬度最高，

达到了 375HV。

2.3.2　拉伸性能

对接头进行了拉伸试验，图 6 为

拉伸试验后试样的宏观形貌，3 个拉

伸试样都断裂于距离焊接界面较远

的 Ti60 母材，且断口处都出现明显

的缩颈现象。拉伸性能测试结果显

示，3 个拉伸试样的平均拉伸强度为

939 MPa，高于 Ti60 母材的拉伸强

度（914 MPa）。前文指出，接头两侧

TMAZ 组织在焊接热力耦合过程中

变形剧烈（图 4（a）和（b）），这会使

得大量位错增殖，具有显著的形变强

化作用，其中 TMAZ–2 的 β 相内还

析出了层片状次生 α 相（图 4（b）），
存在一定的沉淀强化作用；接头两

侧 WZ 均发生了动态再结晶（图 4（c）
和（d）），形成了等轴细晶，存在细晶

强化作用，WZ–2 内还大面积析出

了 α′ 马氏体（图 4（d）），沉淀强化作

用也非常显著；焊接界面由于元素

互扩散的作用，两侧晶粒实现了“共

生”。虽然焊后接头各区域不同程度

地失去了原始母材的组织特征，但上

述组织特征及相应的强化机制使得

接头拉伸强度仍不低于 Ti60 母材。

需要指出的是，虽然接头断裂于 Ti60
母材，但其拉伸强度值高于 Ti60 母

材本身，这是因为接头拉伸试样在拉

伸过程中，Ti60 母材首先进入屈服

阶段产生塑性变形，随着应力的进一

步增大，TMAZ 及 WZ 也会进入屈

服阶段发生塑性变形，这时应变将

不再集中于 Ti60 母材。这种情况下

若使 Ti60 母材达到断裂所需要的应

变，则接头试样的外加应力应大于只

含有 Ti60 母材的拉伸试样发生断裂

需要的应力，因此拉伸试验中接头的

拉伸强度高于只含有 Ti60 母材的拉

伸试样的拉伸强度，即高于原始 Ti60
母材的强度。

此外，还对接头断口进行了

SEM 观察，结果如图 7 所示，可以看

出接头拉伸试样断口满布韧窝，表明

接头的断裂模式为韧性断裂。

3　结论

（1）Ti2AlNb/Ti60 线性摩擦焊接

头界面两侧热力影响区组织在焊接过

程高温及剪切力的共同作用下，沿平

行于界面方向变形，其中 Ti2AlNb 侧热

力影响区仅在焊接加热过程中发生了

α2→B2 和 O→B2 相转变，B2 相体积

分数相比原始母材显著增高；Ti60 侧

热力影响区内拉长变形的 β 相在焊接

加热过程中发生 β→ 亚稳 β 相转变，

在随后的冷却过程中又发生亚稳 β→α
转变，析出了细小的层片状次生 α 相。

（2）接头界面两侧焊缝区在焊

接过程中均发生了动态再结晶形成

等轴细晶，并超过了各自母材的 β 转

变温度。其中，Ti2AlNb 侧焊缝区在

焊接加热过程中完全转变为 B2 相，

并在冷却后完全保留下来；Ti60 侧

焊缝区在加热过程中首先完全转变

为高温 β 相，快速冷却过程中又发生

β→α′ 转变，析出了大量 α′ 马氏体。

（3）接头界面两侧发生了溶质元

素的互扩散，形成了宽度约 1 μm 的

元素扩散层，使得原始界面消失，焊

接界面两侧晶粒实现“共生”，界面

实现冶金结合。此外，界面不存在电

子束焊 Ti2AlNb/Ti60 接头界面常见

的粗晶、孔洞等缺陷。

（4）Ti2AlNb 侧接头母材区至焊

缝区 O 相的体积分数逐渐降低，导

致其显微硬度也逐渐降低；Ti60 侧

接头焊缝区显微硬度最高，达到了

375HV。在热力影响区组织的形变

强化、沉淀强化，焊缝区组织细晶强

化、沉淀强化的综合作用下，接头拉

伸强度（939 MPa）不低于 Ti60 母材，

接头的断裂模式为韧性断裂。
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Microstructure Evolution and Mechanical Properties of Linear Friction 
Welded Ti2AlNb/Ti60 Dissimilar Joint

GUO Zhenguo1, MA Tiejun1, CHEN Xi1, YANG Xiawei1, LI Wenya1, TAO Jun2

(1. Key Laboratory of Friction Welding Engineering Technology of Shaanxi Province, School of Materials Science and 
Engineering, Northwestern Polytechnical University, Xi’an 710072, China;

2. Aeronautical Key Laboratory for Welding and Joining Technologies, AVIC Manufacturing Technology Institute, 
Beijing 100024, China)

[ABSTRACT]　The linear friction welding (LFW) experiment of Ti2AlNb and Ti60 alloys was conducted. The 
microstructure evolution of the joint was analyzed by using an optical microscope and scanning electron microscope, and 
the mechanical property of the joint was tested as well. The results reveal that the microstructures of thermo-mechanically 
affected zones (TMAZ) on both sides of the joint deform along the direction parallel to weld interface. α2→B2 and O→B2 
transformations occur in TMAZ of the Ti2AlNb side joint in which the fraction of B2 phase is higher than that of base metal; 
β→metastable β→α transformations occur in TMAZ of the Ti60 side joint, resulting in fine lamellar secondary α precipitation. 
Dynamic recrystallization happens in weld zones (WZ) on the two sides of the joint. During welding, the WZ of Ti2AlNb side 
joint completely transformed into B2 phase and retained after rapid cooling; the WZ of Ti60 side joint is firstly transformed 
into high-temperature β, and then β→α′ transformation occurs during fast cooling, leading to α′ martensite precipitation. In 
addition, interdiffusion of solute elements occurs at the weld interface, forming an element diffusion layer about 1 μm in 
width, and the grains on two sides of the weld interface are intergrowth. Under the coupling effects of strain strengthening and 
precipitation strengthening of TMAZ and fine grain strengthening and precipitation strengthening of WZ, the tensile strength 
(939 MPa) of the joint is not lower than that of Ti60 base metal, and the fracture mode is ductile fracture.
Keywords: Linear friction welding; Ti2AlNb; Ti60; Microstructure; Mechanical property

 （责编  古京）
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作为轻质高强的结构功能材料，

镁、铝合金在航空航天、汽车、3C 电

子等领域具有广泛的应用市场 [1–5]。

近年来，随着我国制造业的高速发

的 Al3Mg2、Al12Mg17 化合物层，且随

保温时间的延长，化合物层的厚度逐

渐增加。Tan 等 [12] 对 6061 铝合金

与 NZ30K 镁合金进行搅拌摩擦焊，

发现焊接过程中接头的峰值温度高

于 450 ℃，超过了铝 – 镁二元体系中

的共晶反应温度（437 ℃、450 ℃）；接

头中会不可避免地产生 Al3Mg2 化合

物。固相焊的优点是热输入低、接头

变形小，但对于扩散焊来说，不仅需

要提供真空或者惰性气体保护环境，

还需要添加钎剂去除材料表面的氧

化膜；搅拌摩擦焊作为一种高效可

靠连接方法，广泛应用于铝、镁合金

的连接，但这种方法在复杂结构件

的连接方面存在一定的局限性。钎

焊可以实现复杂结构的连接，但往

往需要较长的反应时间，王宇 [13] 采

用 Sn–Zn 钎料，对 AZ31B 镁合金与

3A21 铝合金进行钎焊连接，研究表

明，中间层的添加可以避免铝 – 镁化

合物的产生，镁侧界面为 Mg2Sn 化

镁 – 铝超声辅助瞬态液相扩散连接机理研究

李卓霖 1，2，符军红 1，2，王　健 1，2，卫首敬 1，2，宋晓国 1，2，卞　红 1，2

（1. 哈尔滨工业大学先进焊接与连接国家重点实验室，哈尔滨 150001；
2. 哈尔滨工业大学（威海）山东省特种焊接技术重点实验室，威海 264209）

[ 摘要 ]　镁 – 铝复合散热结构件在航空工业领域具有较好的应用前景。针对镁 – 铝异种材料连接中极易产生脆

性 Al12Mg17、Al3Mg2 金属间化合物的关键问题，本试验采用超声辅助瞬态液相连接工艺（Ultrasonic-assisted transient 
liquid phase bonding，U-TLP Bonding），以纯 Zn 作为中间层，在 350 ℃下实现了 Mg/Zn/Al 接头的可靠连接；研究了

超声作用时间对接头微观组织演变和力学性能的影响，在最优工艺参数下，接头中主要为 Mg+MgZn 共析组织，接头

平均抗剪强度达到 50.2 MPa。
关键词：超声；瞬态液相连接（TLP）；微观组织；力学性能；冶金机理

DOI： 10.16080/j.issn1671-833x.2022.21.104

李卓霖

  副教授，博士，研究方向为微纳连

接、电子封装、异质材料超声表面改性

及互连、电子器件可靠性等。

展，尤其是航空工业领域，往往需要

某部件同时满足多种服役性能要求，

基于轻量化与散热性能的综合考虑，

镁 – 铝复合结构在该领域表现出极

大的应用潜力，而焊接是制造该复合

结构的关键技术 [6–8]。

相关学者分别采用熔焊、固相

焊、钎焊实现了镁 – 铝异种材料的

焊接。Liu 等 [9] 对铝 – 镁异种材料

进行钨极氩弧焊，结果表明，镁合金

具有明显的热脆性，在熔合区附近

会形成脆性化合物。Islam 等 [10] 对

A7075–T6 铝和 AZ31B 镁合金进行

气体保护焊，发现热影响区晶粒尺寸

增大，焊缝中存在脆性化合物与微孔

洞。熔焊是经济实用的方法，但是连

接过程中易在焊缝熔合区形成高硬

度的脆性金属间化合物，并且焊接热

循环对接头组织的危害较大，接头力

学性能较差。Dietrich 等 [11] 对 6082
铝合金与 AZ31 镁合金进行扩散焊，

结果表明，接头会依次形成连续分布

引文格式：李卓霖 , 符军红 , 王健 , 等 . 镁 – 铝超声辅助瞬态液相扩散连接机理研究[J]. 航空制造技术 , 2022, 65(21): 104–111.
LI Zhuolin, FU Junhong, WANG Jian, et al. Mechanism of Mg–Al ultrasonic-assisted transient liquid phase bonding[J]. 
Aeronautical Manufacturing Technology, 2022, 65(21): 104–111.
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合物薄层，铝侧界面为连续分布的

Al–Sn–Zn 固溶体层。

瞬态液相扩散连接 (Transient 
liquid phase bonding，TLP) 工艺是一

种应用广泛的润湿扩散连接方法，源

于高温真空钎焊 [14]。在 TLP 连接过

程中，层间元素的快速扩散使扩散区

域的成分发生显著变化，熔点提高，

促使接头发生凝固 [15]。Saremi 等 [16]

采用铝中间层，对 AZ31 镁合金进

行 TLP 连接，结果表明，接头中存在

扩散影响区、等温凝固区和共晶区

3 个区域，另外等温凝固时间越长，

Al12Mg17 化合物含量越少，接头强度

随之升高。相关学者在 TLP 过程中

引入超声场，利用超声空蚀效应去除

材料表面氧化膜、加速固态母材原子

的溶蚀，声流作用促进元素扩散，加

速界面冶金反应，省去了传统 TLP
工艺中采用助焊剂的步骤，大幅缩短

接头形成时间，使得连接工艺变得更

加高效可靠 [17–19]。

本试验针对镁 – 铝异种材料连

接中极易产生 Al3Mg2、Al12Mg17 脆性

化合物的关键性问题，采用超声辅助

瞬态液相扩散连接工艺在大气环境

下实现了两种材料的快速可靠连接；

在最优工艺参数下，接头平均抗剪强

度为 50.2 MPa。对接头微观组织及

力学性能进行分析，阐明了超声作用

下的接头微观组织转变与形成机理。

1　试验及方法

1.1　试验材料

试验所采用的材料为 AZ31B 镁

合金和 6061–T6 铝合金，其化学成

分及力学性能分别如表 1 和 2 所示。

采用厚度为 30 μm 的纯 Zn 箔作为

中间层。AZ31B 镁合金具有优异的

力学性能和良好的吸热散热性能；

6061–T6 铝合金经过固溶处理和人

工时效，具有较高韧性、优良焊接性

及良好抗腐蚀性。

1.2　试验方法

试验所采用的超声波焊机型号

为 Viper–20，由 Techsonic 公司生产，

其超声频率 f 为固定值 20 kHz，最大

输出功率值可达 3000 W；图 1（a）
为镁 – 铝异种材料超声辅助瞬态液

相连接试验示意图。试验前，先将被

连接铝、镁合金母材加工成尺寸分别

为 7 mm×7 mm×2 mm 和 15 mm×

10 mm×2 mm 的薄板，依次用 #800、
#1200 和 #2000 水砂纸打磨并抛光

处理，以去除材料表面致密的氧化

膜，最后采用超声清洗去除表面油

污。将预处理后的母材与中间层材

料以 Al/Zn/Mg 叠层结构装配，如图

1（b）所示。

试验工艺流程如图 1（c）所示，

在 a~b 时段，开启温控系统，使加热

平台的温度提升至 350 ℃；随后试样

置于加热台，待被连接结构迅速升温

至预设值（b~c 段），调节高压 N2 的

压力为 0.4 MPa，使焊头与连接结构

紧密贴合，随即产生超声振动；c~d
段为超声加载时间；连接完成后，继

续保持一定时间的压力（d~e 段），随

后取出试样，置于空气中冷却（e~f
段）。图 1（d）为超声辅助 TLP 前

后的接头宏观实物图，可以发现，连

表 2　试验母材的力学性能

Table 2　Mechanical properties of the test base metal

图 1　超声辅助瞬态液相连接示意图

Fig.1　Schematic diagram of ultrasonic-assisted transient liquid phase connection

材料 抗拉强度 /MPa 屈服强度 /MPa 硬度（HV） 延伸率 /%

AZ31B 260 167 59 11

6061–T6 333 300 109 14

材料 Al Zn Mn Cu Mg

AZ31B 3.19 0.81 0.33 0.05 95.62

6061–T6 98.28 0.15 0.13 0.42 1.02

表 1　试验母材的化学成分（质量分数）

                      Table 1　Chemical composition of test base metal (mass fraction)  %
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I

（a）接头微观组织 （b）图2（a）中区域Ⅰ放大

（c）图2（a）中区域Ⅱ放大 （d）图2（a）中区域Ⅲ放大

接后的铝、镁合金母材界面周边存在

大量的圆球状凝固组织，这是由共晶

液相在压力和超声振动的持续作用

下被挤出接头后凝固而形成的。

采 用 Merlin Compact 型 扫 描

电子显微镜及能谱仪对接头试样微

观组织及物相成分进行分析；采用

万能材料试验机对接头抗剪强度进

行测试，压剪速率为 0.5 mm/min，
为了避免偶然性结果出现，选取 5
个以上同一工艺参数的试样进行测

试。

2　结果与讨论

2.1　Mg/Zn/Al 接头微观组织分析

对连接温度 T=350 ℃、超声作用

时间 t =2 s 的典型接头微观组织进

行分析，如图 2（a）所示，Mg/Zn/Al
接头明显分层，且有部分 Zn 中间层

未完全反应，镁侧界面为共析组织；

图 2（b）为图 2（a）中 Al 侧界面区

域Ⅰ放大，可以发现 Al 侧界面平直，

Al/Zn 界面处为较薄的 α–Al 扩散层，

其成分如表 3 中 B 点所示；图 2（c）
为图 2（a）中接头中部区域Ⅱ放大，

可以发现 Mg、Zn 共析组织界面处存

在连续分布的层状 MgZn2、MgZn 二

元金属间化合物，其成分分别如表 3
中 D、E 点所示；图 2（d）为图 2（a）
中镁侧界面区域Ⅲ放大，可以发现

界面处为灰色且致密 Mg+MgZn 共

析组织，其成分如表 3 中 G、H 点所

示。

对典型接头的元素分布进行分

析，如图 3 所示，此时接头中元素的

分布存在明显分层现象，由图 3（b）
可知，Al 元素并未向接头中大量扩

散；由图 3（c）可知，镁元素已经向

接头中大量溶解，主要在 Mg+MgZn
共析组织中富集；Zn 元素主要在未

完全反应的纯 Zn 中间层及共析组

织处富集，如图 3（d）所示。这说明

Zn 中间层起到了物理屏障的作用，

阻隔了 Al、Mg 元素的直接冶金反

应，从而避免 Al–Mg 二元金属间化

合物的产生。

连接温度 T = 350 ℃、超声作用

时间 t =1~10 s 的接头微观组织如图

4 所示，首先对接头宽度进行分析，

超声作用时间 t =1 s、2 s、4 s、6 s、8 
s、10 s 对应的接头宽度分别为 30.6 
μm、32.4 μm、33.8 μm、31.3 μm、30.9 
μm、30.2 μm，发现接头宽度随着超

声作用时间的延长先增大后减小，且

均大于连接前的 Zn 中间层厚度（30 
μm），说明母材向接头中的溶解总量

要大于被挤出接头的液相总量。对

接头微观组织进行分析，由图 4（a）
可知，超声作用时间为 1 s 时，Al 侧
界面上存在部分由于未焊合导致的

孔隙与空洞，可能是由于界面处氧

图 2　典型的 Mg/Zn/Al 接头微观组织形貌

Fig.2　Typical microstructure of Mg/Zn/Al joint

点 Mg Al Zn Cu 可能相

A 1.08 97.25 1.22 0.45 Al

B 1.77 93.87 3.85 0.51 α–Al

C — 0.52 99.18 0.30 Zn

D 24.60 0.63 74.28 0.49 MgZn2

E 48.01 1.37 50.07 0.55 MgZn

F 50.92 0.85 47.88 0.35 MgZn

G 65.08 1.73 32.71 0.48 Mg+MgZn

H 67.92 1.37 30.10 0.61 Mg+MgZn

I 98.73 1.27 — — Mg

J 38.87 56.29 3.99 0.85 Al3Mg2

K 68.09 25.95 5.19 0.77 （Mg）+Al12Mg17

L 65.89 4.27 29.03 0.81 Mg+MgZn

M 91.26 3.77 4.28 0.69 α–Mg

表 3　图 2 和 4 中各点点扫描结果（原子分数）

               Table 3　Scanning results of each point in Fig.2 and 4 （Atomic fraction）  %
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（d） 6 s （e） 8 s （f）10 s
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（a）界面SEM图像 （b）Al （c）Mg

（d） Zn （e） Cu （f）元素混合图

化膜未完全去除导致的，部分界面

上生成极薄的一层 α–Al 固溶体；接

头中约有 80% 的 Zn 中间层未参与

反应，而镁侧界面依次为连续分布

的 MgZn2、MgZn 化合物。当超声作

用为 2 s 时，如图 4（b）所示，Al 侧

界面连接情况良好，而 Mg 侧界面出

现了 Mg+MgZn 共析组织，表明此时

界面处已经发生 Mg–Zn 二元共晶反

应，产生共晶液相；接头中还分布有

少量的 Mg–Zn 二元化合物，其在共

析组织与 Zn 中间层界面分别呈块

状与连续层状分布。随着超声作用

时间的延长，接头中的 Mg+MgZn 共

析组织含量逐渐增多，Mg–Zn 二元

化合物含量减少，当超声作用时间为

6 s 时，如图 4（d）所示，接头中主要

为 Mg+MgZn 共析组织，为试验中获

图 4　350 ℃时不同超声作用时间的 Mg/Zn/Al 接头微观组织

Fig.4　Microstructure of Mg/Zn/Al joint under different ultrasonic time at 350 ℃

图 3　典型的 Mg/Zn/Al 接头面扫描结果

Fig.3　Typical Mg/Zn/Al joint map scanning results
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（d） Zn （e） Cu （f）元素混合图

得的最佳接头形式。

随着超声作用时间的继续增加，

Al 元素向接头中扩散程度加剧，当

超声作用时间为 8 s 时，如图 4（e）
所示，Al 侧界面产生平均厚度约为

1.5 μm 的 Al3Mg2 化合物层，其成分

如表 3 中的 J 所示；在接头中部，花

瓣状的 Al12Mg17 化合物从共析组织

中析出，其成分如表 3 中的 K 所示；

接头中共析组织衬度变暗，其成分如

表 3 中的 L 所示，与 8 s 前的组织相

比，Al 含量明显升高。由图 5 可知，

该时刻 Al、Mg 元素在接头中富集，

尤其是花瓣状的 Al12Mg17 化合物处。

随着固液界面处的超声空蚀效应增

强，母材元素的溶解程度加剧，当超

声作用时间为 10 s 时，如图 4（f）所

示，接头中的 Al12Mg17 化合物含量增

多并呈现连续生长趋势，且共析组织

的含量明显减少。

2.2　Mg/Zn/Al 接头力学性能分析

对不同超声作用时间下获得的

Mg/Zn/Al 接头进行抗剪强度测试，

图 6 为典型的接头断口形貌。在接

头连接过程的初始阶段，由于材料表

面氧化膜未完全去除，Al 侧焊合率

较低，如图 6（a）所示，断面整体较

为光滑，并有大面积的 Al 母材表面

裸露；待接头 Al 侧界面连接质量提

高后，如图 6（b）所示，断裂主要发

生在未反应完的 Zn 中间层；当接头

中的 Zn 中间层完全反应之后，接头

断裂发生于 Mg+MgZn 共析组织，如

图 6（c）所示，断面中存在大量的韧

窝，符合韧性断裂特征；随着接头中

Al12Mg17 化合物的析出及长大，如图

6（d）所示，断面中 Mg+MgZn 共析

组织与片层状的 Al12Mg17 化合物共

存，为混合断裂模式；随着 Al 侧界

面 Al3Mg2 化合物层厚度的增加，接

头断裂发生于此处，如图 6（e）所示，

断面较为光滑，为脆性断裂。

图 7 为超声作用时间对接头抗

剪强度的影响，可以发现，随着超声

作用时间的延长，接头强度先上升后

下降。当超声作用时间 t =1 s 时，Al
侧界面连接情况较差，接头抗剪强度

最低，平均值为 11.6 MPa；随着超声

作用时间的延长，Al 侧界面连接质

量提高，接头强度逐渐上升，当超声

作用时间为 6 s 时，Zn 中间层被完

全消耗掉，接头中主要为 Mg+MgZn
共析组织，此时抗剪强度最高，为

50.2 MPa；当超声作用时间 t ≥ 8 s
时，接头中部 Al12Mg17 及 Al 侧界面

Al3Mg2 脆性化合物产生并连续分

布，导致接头强度逐渐下降。

2.3　Mg/Zn/Al 超声辅助 TLP 连接

         接头界面冶金反应机理

Mg/Zn/Al 接头形成的核心机制

为界面元素的相互扩散与溶解。图

8 为不同超声作用时间的接头形成

过程示意图。连接前，接头如图 8（a）
中叠层结构所示，当 0< t <1 s 时，在

超声振动摩擦作用下，固态材料表面

会发生微小的塑性变形，硬脆的氧化

膜瞬间破碎并被去除，母材与中间层

裸露出新鲜的表面并完全贴合到一

起，为之后的界面元素扩散做铺垫。

当 1 ≤ t <2 s 时，为固相扩散阶段，

如图 8（b）所示，Al 侧元素扩散程

度微弱，生成一薄层的 α–Al 固溶体，

图 5　350 ℃超声时间 8 s 的 Mg/Zn/Al 接头面扫描结果

Fig.5　Scanning results of Mg/Zn/Al joint surface at 350 ℃ for ultrasonic time 8 s
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Mg 侧界面依次生成 MgZn、MgZn2

金属间化合物层。当 2 ≤ t <4 s 时，

为 Mg 元素主导界面冶金反应，如

图 8（c）所示，在超声能场和温度

场的共同作用下，Mg 侧界面开始

发生 Mg–Zn 共晶反应，产生少量共

晶液相，接头冷却时发生共析，形成

Mg+MgZn 共析组织，分别如式（1）
和（2）所示。

L ←→ Mg51Zn20 + MgZn （1）
Mg51Zn20 ←→（Mg）+MgZn （2）
超声空化效应使得大量的 Mg

原子被从母材上剥离出来，进入液相

中参与反应。由于超声能场的持续

作用，界面处的空蚀现象会反复进

行，加速母材向液相中溶解，同时声

流效应可以促使液相中的元素均匀

分布，这是平衡状态下所不能实现

的。随着反应的进行，未反应的锌夹

层继续向液相区扩散溶解，当 4 ≤ t 

<6 s 时，如图 8（d）所示，大部分的

Zn 中间层被反应消耗，共晶接头中

除大量 Mg+MgZn 共析组织外，还有

部分 Mg–Zn 二元化合物。当 6 ≤ t 

<8 s 时，Zn 中间层反应完全，如图 8
（e）所示，接头中主要为 Mg+MgZn
共析组织。随着超声作用时间的

延长，Al 元素开始向接头中大量扩

散，Al 侧界面开始出现连续生长的

Al3Mg2 化合物层，此时为 Al 元素扩

散主导的界面冶金反应，如图 8（f）
所示，当 8 ≤ t <10 s 时接头中开始析

出花瓣状的 Al12Mg17 化合物，认为首

先发生了式（3）所示的共晶反应。

L ←→ Al12Mg17+Mg32（Zn，Al）48

 （3）
推测该反应过程可能只停留了

一瞬间，接头中 Al、Mg 元素的过饱

和使得 Al12Mg17 化合物体积不断增

大。当 t ≥ 10 s 时，Al 侧界面处的

Al3Mg2 化合物层厚度不断增加，接

头中的 Al12Mg17 化合物不断析出并

呈现连续生长趋势，而 Mg+MgZn 共

析组织不断减少，接头的最终形式如

图 8（g）所示。

3　结论

采用厚度为 30 μm 的纯 Zn 中

间层，使用超声辅助瞬态液相连接工

艺实现了镁 – 铝异种材料的高效可

靠连接，通过分析不同超声作用时间

对 Mg/Zn/Al 接头微观组织及力学性

能的影响，阐明了接头形成过程中的

界面冶金机理，主要结论如下。

（1）引入纯 Zn 中间层，在合理

的工艺参数范围内，避免了 Al–Mg
脆性化合物的产生与连续生长。

（2）接头微观组织方面，主要

涉及 Mg–Zn 化合物、Mg+MgZn 共

析组织、Al–Mg 化合物之间的转

变；当连接温度为 350 ℃，超声作用

时间为 6 s 时，接头中主要为致密的

Mg+MgZn 共析组织。

（3）接头力学性能方面，随着超

声作用时间的延长，接头强度先上升

后下降。超声作用时间为 6 s 时，接

头抗剪强度最高，平均为 50.2 MPa。
（4）接头形成机制，Mg 侧的界

面依靠 Mg、Zn 元素发生共晶反应产

生液相，转变为 Mg+MgZn 共析组织

实现连接，而 Al 侧的界面依靠 Mg、
Zn、Al 元素在一定条件下进行固态

扩散反应实现连接。
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Mechanism of Mg–Al Ultrasonic-Assisted Transient Liquid Phase Bonding

LI Zhuolin1,2, FU Junhong1,2, WANG Jian1,2, WEI Shoujing1,2, SONG Xiaoguo1,2, BIAN Hong1,2

(1. State Key Laboratory of Advanced Welding and Joining, Harbin Institute of Technology, Harbin 150001, China;
2. Shandong Provincial Key Laboratory of Special Welding Technology, Harbin Institute of Technology (Weihai), 

Weihai 264209，China)

[ABSTRACT]　The Mg–Al composite heat dissipation structure has a good application prospect in the aviation industry. 
In view of the key problem that brittle Al12M17, Al3Mg2 compounds are easily generated in the connection of Mg–Al 
dissimilar materials, this experiment adopts the ultrasonic-assisted transient liquid phase bonding (U-TLP Bonding), and 
uses pure Zn as the interlayer, the reliable connection of Mg/Zn/Al joint is realized at 350 ℃ . The effect of ultrasonic time on 
the microstructure evolution and mechanical properties of the joint is studied. Under the optimal process parameters, the 
joint is mainly composed of Mg+MgZn eutectoid structure, and the average shear strength of the joint reaches 50.2 MPa.
Keywords:  Ultrasound; Transient liquid phase bonding (TLP); Microstructure; Mechanical properties; Metallurgical mechanism

 （责编  古京）

Mechanism of Rapid Wetting Porous Si3N4 Ceramics Under Ultrasonication

LI Zhengwei, XU Zhiwu, CHEN Shu, ZHANG Mukun, REN Boxu, YAN Jiuchun
(State Key Laboratory of Advanced Welding and Joining, Harbin Institute of Technology, Harbin 150001, China)

[ABSTRACT]　To solve the problems of high temperature, long holding time, vacuum environment and active elements 
when vacuum brazing porous ceramics, this work used ultrasonic assistance to realize the rapid wetting of porous 
ceramics, and the effect of ultrasonic power on the wetting effect was studied. The results showed that the Sn9Zn non-
active solder wetted the porous ceramics within 10 s at 230 ℃ under ultrasonication. When the ultrasonic power was 333.3 W, 
the solder infiltrated the ceramic matrix by a width of 25 μm. The width of the infiltration layer increased with increasing 
the ultrasonic power. The width of the infiltration layer was 80 μm when the ultrasonic power was 1000 W. Due to the 
low temperature during the wetting process, the residual stress in the infiltration layer after cooling was low, and thus the 
ceramic and the solder were closely bonded without cracks. The results of transmission electron microscopy showed that 
the wetting interface was enriched with oxygen and zinc elements. In this work, the rapid wetting of the porous ceramics 
can be attributed to the intense cavitation of the solder inside the microchannel of the porous ceramics. The extremely 
high temperature and pressure caused by the collapse of cavitation bubbles caused the non-active solder to rapidly wet the 
porous ceramics.
Keywords: Ultrasonic wave; Porous ceramics; Wetting; Soldering; Interface

 （责编  古京）
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飞机主承力构件（梁、框、壁板等）

整体结构化设计制造是满足现代飞

机对高速、高机动性、高负载和长续

航能力要求的重要策略之一，这主要

是由于采用整体化设计的航空整体

结构件具有重量轻、结构效率高及可

靠性强等显著优势 [1–2]，见图 1。铝

合金与钛合金等具有密度小、比强度

高及耐腐蚀等优良性能，长期以来一

直是航空工业的重要结构材料 [3–4]。

然而，由于航空整体结构件一般尺寸

较大，材料存在去除率高、几何结构

不对称、自身刚度低的问题，制造过

程中在毛坯初始残余应力 [5]、加工应

力 [6] 等耦合作用下，工件在加工后普

遍存在不同程度的加工变形情况 [7]。

美国波音公司 2001 年的报告指出，

由于加工变形导致零件返工和报废

的经济损失超过 2.9亿美元 [8]，此外，

德国机床、汽车和动力传动行业在

1995 年因热处理导致的变形造成了

8.5 亿欧元的经济损失 [9–10]。加工变

形严重影响工件的加工效率和生产

成本，并影响装配精度和使用寿命，

这类问题已成为航空制造业面临的

严峻挑战之一。

为解决航空整体结构件加工变

形问题，欧盟委员会于 2005—2009
年投资 540 万欧元专门开展了针对航

空整体结构件变形研究的COMPACT
项目 [11]。近年来，我国航空制造业快

速发展，对大型轻量化高强合金整体

结构件的加工效率提出了更高的要

求，《中国制造 2025》规划明确提出

了提升我国大型轻量化高强合金整

体结构件制造能力的目标 [12]。航空

整体结构件制造经历了毛坯成形、热

处理、机械加工等复杂的工艺过程，

结构件毛坯内不可避免地存在各种

形态的残余应力，数控加工过程中又

航空整体结构件数控加工变形预测及控制技术
研究进展*

国　凯 1，2，武　冲 1，2，孙　杰 1，2

（1. 山东大学机械工程学院，济南 250061；
2. 山东大学航空构件制造技术及装备研究中心，济南 250061）

［摘要 ]　航空整体结构件数控加工过程中受多种因素的耦合作用，导致其加工后产生不同程度的变形，对产品的精

度保障、加工效率的提升与制造成本的控制产生严重的不利影响。航空整体结构件数控加工变形是航空制造业面临

的严峻挑战之一。首先对航空整体结构件数控加工变形的影响因素、内在机制和变形预测技术进行综述分析，进而

阐述航空整体结构件数控加工变形控制及变形校正技术的研究现状，最后对航空整体结构件加工变形预测与变形控

制技术的发展趋势进行了展望。
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引入新的加工应力。随着加工进行，

材料不断去除，工件刚度也不断发生

变化，内应力重新分布，作为平衡，变

形相应产生。航空整体结构件数控

加工过程中的残余应力产生、演变与

遗传机制是其加工变形形成的重要

内在机制 [13–14]。为此，本文首先对航

空整体结构件加工变形的影响因素

及内在机制的研究现状进行综述，进

而对航空整体结构件的数控加工变

形预测理论和方法进行分析，在此基

础上，对航空整体结构件加工变形控

制方法进行归纳与总结，最后对航空

整体结构件加工变形控制技术的发

展趋势进行展望。

1　航空整体结构件数控加工
      变形产生机理分析

影响航空整体结构件加工变形

的因素有很多，如图 2 所示，主要包

括毛坯应力、加工应力、装夹条件、工

件材料特性及走刀路径等。

1.1　毛坯残余应力

残余应力是指毛坯在没有外力

或热梯度的情况下与周围环境保持

平衡状态的内应力 [15–16]。研究发现，

残余应力主要来源于塑性变形引起

的机械应力，温度变化引起的热应

力及相变引起的体积应力 [17]。在结

构件的制造过程中，原始应力平衡随

着材料去除而破坏，并且工件的刚度

发生变化，内应力在新的几何结构下

重新分布并获得平衡，致使工件产生

相应的加工变形。Fan 等 [18] 研究了

材料内部初始残余应力引起的弹性

势能演变对零件加工变形的影响。

本课题组针对不同类型残余应力对

7050–T7451 铝合金结构件加工变形

进行解耦分析，设计了三隔框零件，

采用优化的工艺参数和优选的刀具

进行加工，加工结束后测试工件变

形，发现这一变形是由毛坯残余应力

与加工应力耦合作用引起的。为去

除加工表面的加工应力，采用化学铣

削去除表面加工应力层，获得由毛坯

应力引起的加工变形量。研究发现

毛坯内的初始残余应力是影响三隔

框整体梁变形的主要因素，占构件总

变形的 90%，加工残余应力引起的变

形约占构件总变形的 10%，图 3[19] 是

三隔框零件化铣前后变形情况。此

外，有研究指出机械加工过程仅是应

力重分布过程，而应力在整个过程中

并不能松弛消失 [20]。

1.2　加工应力

加工航空整体结构件时，在刀具

切入和与工件摩擦过程中，加工表面

受到热 – 力耦合作用引入加工应力
[21–22]。加工应力与切削过程中的切

削力和切削热直接相关，有研究认为

机械载荷倾向于引入压应力，热载荷

倾向于引入拉应力 [6，17，23]，如图 4 所

示 [17]，切削力的引入导致工件产生

挤压和弹性变形，同时刀具也会产生

变形 [24]。切削过程中切屑的塑性变

形、与前刀面的摩擦以及后刀面与已

加工表面的摩擦等使得工件表层与

基层出现较大的温度差。在切削力

和切削热作用下导致工件应力分布

不均，加剧工件加工变形。研究发现

加工应力大小受到工艺参数 [25]、刀

具结构与刀具状态（刚度、磨损、规格

参数等）[23，26]、切削冷却润滑状态及

材料属性等多因素耦合作用影响。

Wu 等 [27] 针对薄壁件铣削加工

中铣削力引起的加工变形，在不同的

铣削条件下分别预测了径向、切向和

轴向铣削力。Wang 等 [28] 基于能量

法，综合考虑了毛坯应力和加工应力

图 1　航空整体结构件

Fig.1　Aeronautical monolithic components

图 2　加工变形影响因素

Fig.2　Influence factors of machining distortion
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结构特征

环境温度变化

机床 切削条件 工件材料

刀具 装夹系统 其他因素

图 3　三隔框零件化铣前后工件变形情况 [19]

Fig.3　Distortion of three-frame monolithic components before and after chemical milling[19]
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的影响，建立了预测多隔框零件加工

变形的模型。Li 等 [29] 基于灵敏度

分析法，提出了一种用来评估初始残

余应力和表面残余应力对加工变形

不确定性影响的方法。Weber 等 [30]

通过不同的加工模式研究了加工应

力对铝合金整体结构件的影响。Dai
等 [31] 基于径向基神经网络模型引入

标准化欧氏距离，建立了切削参数对

薄壁半精加工铣削力影响的高精度

模型，并验证了半精加工铣削力预测

精度及有效性。本课题组研究了不

同工艺参数、不同刀具结构对铝合金

7050–T7451 加工残余应力的影响规

律 [32]。图 5[32] 是在切削速度一定的

条件下（v = 942 m/min），不同工艺参数

对加工应力的影响；图 6[32] 为不同刀

尖圆弧半径对加工残余应力的影响，

随着刀尖圆弧半径的增加，沿进给方

向最大残余应力具有逐渐增加趋势。

1.3　装夹应力

工件在夹紧力作用下，将会引起

结构件整体工艺系统不同区域刚度

不同，而在切削力和夹紧力的耦合作

用下，工件内应力将重分布，加剧工

件的变形问题 [33]。Wan 等 [34] 针对薄

壁多隔框零件，采用拉格朗日法建立

夹具 – 工件系统的动力学方程，分析

了夹具支撑点位置对加工变形的影

响权重（夹紧点在同一高度和不在同

一高度两种情况），如图 7 所示 [34]，当

夹具的支撑点不在同一高度时，工件

的加工变形更小，研究发现当采用不

同高度支撑点时，可降低装夹应力，

对减小结构件加工变形效果显著，同

时可对二阶或更高阶的振动频率具

有抑制作用，改善加工质量。

1.4　工件材料特性与结构

航空整体结构件主要采用的材

料有铝合金、钛合金以及复合材料（本

文不涉及该类构件变形问题）、高强钢

等。材料不同，其物理、化学性能参数

也有所差异 [35]，结构件在加工过程完

成后，产生的变形也不尽相同 [36]。相

同材料不同的结构，随着零件尺寸增

大，刚性降低、自身结构复杂性与不对

称性等会加剧工件的数控加工变形。

1.5　走刀路径

航空整体结构件数控加工过程

中，不同的加工路径会影响结构件内

部残余应力释放顺序，随着毛坯材料

的铣削去除，工件刚度逐渐降低，在

工件的原有毛坯残余应力与加工应

力耦合作用下，将产生不同的变形 [37]。

丁桂楚等 [38] 从材料去除过程中的应

力 – 刚度演变规律中，分析了加工顺

序对变形的影响机制，指出优化结构

件的加工顺序可降低加工变形。

1.6　其他因素

影响结构件加工变形的因素超过

200 个 [39]。孙福来 [40] 分析了温度对

大型整体结构件加工变形的影响，发

现温度分布不均加剧了结构件加工变

形。宋清华 [41] 研究了高速铣削过程

中的系统稳定性与加工表面位置精度

和加工变形的耦合作用。Liu 等 [42] 分

析了加工设备的稳定性、主轴回转误

差、机床热误差及传动链误差等因素

对结构件加工变形的影响机制。

综上所述，航空整体结构件加工

变形影响因素众多，各影响因素之

间存在复杂的耦合机制，变形机理复

杂，但毛坯初始残余应力对结构件加

工变形影响最为突出。航空整体结

构件加工变形具有一定的普遍性，但

工件结构、材料不同，加工变形形态

和量值也不同，如铝合金的隔框、长

梁、壁板、接头等零件，其数控加工变

形形态往往存在较大的差异性，目前

对变形控制多采用“一事一议”的方

图 4　热载荷与机械载荷作用方式 [17]

Fig.4　Effect of thermal and mechanical loads on residual stresses[17]

图 5　工艺参数对加工应力影响 [32]

Fig.5　Effects of process parameters on 
machining stress[32]

图 6　不同刀尖圆弧半径对加工应力的影响 [32]

Fig.6　Effects of corner radius tool structure 
on machining stress[32]
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式进行分析，迫切需要研究具有普遍

性的理论和方法。

2　航空整体结构件数控加工
      变形预测

航空整体结构件的数控加工变

形预测是进行科学变形控制的基础

和前提，只有准确预测加工变形，才

能针对变形特点采取有效的控制方

法。目前对航空整体结构件数控加

工变形的预测方法主要包括数值解

析计算和有限元数值仿真两大类。

2.1　数值解析计算

为预测残余应力对结构件加工

变形的影响，学者们提出了数值解

析计算加工变形的理论和方法。主

要方法有简单迭代计算、有限差分

法（FDM）、响 应 曲 面 法（RSD）及

Navier-Lamè 方程。数值解析方法特

点如表 1 所示。

解析模型利用建立的数学模型精

确表征结构件加工变形，但是目前大

多在采用简化处理后归纳为经典力学

范围，只能用于平板和等截面的结构

件，限制了分析方法的应用范围。

2.2　有限元仿真分析

有限元数值仿真对航空整体结

构件加工变形预测是目前最有效的

一种方法，常用的有限元数值计算软

件 包 括 Forge、MSC.Marc、Abaqus、
Ansys、Deform 及 CalculiX。由于航

空整体结构件体积大、结构复杂，在

模拟材料去除过程中存在尺度不统

一、计算量大和耗时长的问题，合理

的加工模拟策略与载荷施加技术是

保证航空整体结构件加工变形精准

预测的关键。考虑毛坯应力与加工

应力的航空整体结构件加工变形预

测建模过程如图 8 所示。

2.2.1　加工模拟策略

加工模拟策略主要分为单步、预

定义材料去除区域和加工路径规划

3 种方式 [47–48]，其加工变形的预测方

法如图 9 所示 [48]，这 3 种加工模拟

策略的特点如表 2 所示。在单步仿

图 7　装夹点位对结构件加工变形的影响 [34]

Fig.7　Influence of clamping point position on machining deformation of 
structural parts[34]

图 8　考虑毛坯应力与加工应力的变形预测建模过程 [17]

Fig.8　Deformation prediction model process considering blank stress and machining stress[17]

工件结构

网格划分 加工路径规划材料属性

板材初始残余
应力测量

导入板材初始
残余应力

板材初始残余
应力测量

导入板材初始
残余应力

有限元计算 提取变形

变形仿真初始条件

真方法中，将热处理后材料的塑性应

变施加到毛坯之上，在 1 个分析步中

完成多余材料去除、应力和应变重新

分布的仿真技术，快速获得工件的加

工变形。该方法简单、易实现，避免

了网格重划分带来的误差，但是忽略

了工件在加工过程中的刚度演变与

应力重新分布的耦合作用，导致误差

较大。多步仿真策略可有效避免上

述缺陷，其实施过程为逐步将加工区

域材料去除，获得工件变形演变和应

力重分布规律。前两种方法均借助

“生死单元”技术，其原理是在有刀

具轨迹和切削参数决定的切削区域

去除单元 [49]。“生死单元”优点是技

术相对成熟，计算方便，缺点是难以

模拟复杂结构件的材料去除。

2.2.2　载荷施加技术

载荷施加技术主要有导入法、离

散施加技术、连续施加技术、热力耦

表 1　数值解析方法原理及特点

Table 1　Principle and characteristics of numerical analysis method

原理 特点

简单迭代计算 [43] 方法简单，实现二维变形预测模型，残余应力三维空间分布存在偏差

有限差分法 [44] 简单高效，实现了金属壁板结构的铣削变形预测，边界条件的
刚度存在误差

响应曲面法 [45] 实现切削条件频繁变化下由加工应力引起的加工变形预测

Navier-Lamè 方程 [46] 实现毛坯应力对加工变形影响预测，忽略了切削载荷的影响，
材料假设为理想线弹性及各向同性
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（a）“单步”：从毛坯到最终零件形状

（b）预定义材料去除区域

（c）路径决定材料去除区域

热处理前 热处理后 阶段1 阶段2 阶段3 最终

仿真
完成

零件初始
毛坯网格 网格

生成器
切削载荷、

边界条件施加
节点和单元定义的
模型文件（*.inp）

结果输出
（*.dat，*.fil）

刀位轨迹
源文件

（*.CLSF）

Abaqus 结束

新网格模型文件
（*.inp）

是

否FORTRAN
模块

合算法、施加应力法和等效载荷施加

法。其中，前 3 种方法主要是对毛坯

应力的施加，后 2 种方法为考虑加工

过程对工件变形和应力的影响。

（1）导入法。通过对毛坯板材

的热处理、预拉伸等过程进行有限元

仿真分析获得初始应力场及应变场，

然后将结果映射到新的计算模型中，

由于应力场结果来源于仿真结果，可

能存在较大误差。其特点为利用有

限元仿真毛坯成形过程，获得初始应

力及应变场 [48]。

（2）离散施加技术。通过试验手

段对毛坯板材进行残余应力测试，按

照“力平衡”与“力矩平衡”对毛坯应

力场进行离散化，将应力分层施加到模

型中，该方法施加的应力为不连续应

力。其特点为采用试验手段，按照力

平衡和力矩平衡离散毛坯应力场 [50]。

（3）连续施加技术。将初始残余

应力通过公式拟合获得连续应力曲线，

借助有限元软件的子程序功能实现初

始残余应力施加。其特点为利用公

式拟合初始应力场获得连续曲线 [32]。

（4）热力耦合算法。通过解析

计算或经验模型获得切削过程中加

工表面的热载荷与机械载荷，基于网

格自适应技术建立接力计算系统，逐

个“杀死”加工路径下的网格，并在

表面施加热载荷和机械载荷，进行热

力耦合运算。其中，接力算法是利用

有限元软件 Abaqus 为核心求解器的

一种仿真优化方法。成群林等 [51] 利

用网格动态自适应技术建立接力计

算系统，生成零件毛坯对应的初始网

格和零件加工刀位轨迹文件，采用网

格生成器进行局部网格细化，然后自

动施加边界条件和切削载荷，生成包

含节点和单元定义的模型文件，启动

有限元求解器对切削加工过程进行

仿真计算，读取节点坐标信息，进而

重划分网格模型，继续仿真计算，直

到完成整个零件的模拟加工，原理如

图 10 所示。该方法考虑了加工过程

对工件变形及应力演变的影响。其

特点为采用解析或经验模型计算热

载荷和机械载荷，基于网格自适应技

术建立接力计算方法 [52]。

（5）施加应力法。在获得加工表

面的应力分布后，将加工应力直接施

加到模型中，通过静力计算获得工件

变形 [6]。加工应力场可以通过热力

耦合计算获得 [53]，也可以通过简单零

件的切削仿真获得 [54]，或者根据特征

参数下的试验拟合经验模型获得 [55]。

加工应力的施加方法可以在全部材

料去除后施加，也可以利用接力算法

在每个网格去除后施加。其特点为

通过获得加工表面应力分布后，直接

将加工应力施加到模型中 [6]。

（6）等效载荷施加法。为了保

证加工应力映射的准确性，提升有

限元求解速度，适应复杂工件，Zhan

等 [56] 提出了等效载荷施加方法，该

方法不需要对表层网格进行细化，对

平面和曲面都有良好的适应性。其

特点为不需要网格细化，对复杂零件

具有更好的适应性 [56]。

本课题组联合航空工业成都飞机

工业（集团）有限公司基于 Abaqus 二次

开发技术设计了加工变形仿真系统，实

现了具有自主知识产权的用户自定义

界面的仿真系统，如图 11 所示 [32]。

2.3　结构件铣削加工数字孪生技术

新一代信息技术与制造业的融合

及应用落地，加快了智能制造的发展

进程。数字孪生是以数字化方式创建

物理实体的虚拟模型，借助数据模拟

物理实体在现实环境中的行为，通过

虚实交互反馈、数据融合分析、决策迭

代优化等手段，为物理实体增加或扩

图 9　加工变形有限元预测方法对比 [48]

Fig.9　Comparison of finite element prediction methods for machining deformation[48]

图 10　接力算法原理

Fig.10　Principle of relay algorithm

表 2　加工模拟策略原理的特点对比

Table 2　Principle of machining simulation strategy

原理 特点

单步 [47] 简单可预测，忽略了路径、刚度演变、装夹等的影响，
对大变形预测精度低

预定义材料去除区域 [47] 实现加工过程中的变形预测，忽略了路径和装夹影响

加工路径规划 [48] 考虑加工路径和装夹的影响，网格重划分存在差值误差，建模复杂
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展新的能力，进而实现物理世界与信

息世界的互通互联及智能化操作 [57]。

通过数字孪生理论在物理空间

与虚拟空间之间建立信息交互联系，

对加工仿真、预测及控制技术具有革

命性意义，目前数字孪生技术仍处于

探索阶段。数字孪生技术在制造装

备运行状态预测 [58–61]、故障监控 [62–64]

方面已进行大量研究，但是目前在航

空结构件加工变形预测及控制方面

研究较少。整体结构件的变形测量

是保证其质量的重要手段，王珉等 [65]

推导了薄板纯弯曲的变形函数，建立

了航空整体结构件加工变形的快速

在线测量方法。Haag 等 [66] 开发了

网络物理弯曲梁试验平台来演示数

字孪生概念，如图 12 所示，研究了一

种模块化方法来构建数字孪生模型。

岳彩旭等 [67] 提出了一种基于真实数

据驱动数字孪生体更新模型，利用数

字孪生模型进行指导与决策，弥补解

析模型和有限元仿真模型的能力短

缺，实现数字孪生技术对结构件加工

变形预测与控制技术的探索。针对

航空整体结构件加工过程虚拟仿真

试验，王亚杰等 [68] 利用计算机建模

与动作交互等现代信息技术，建立了

航空发动机复杂构件多轴加工过程

虚拟仿真技术。孙丽敏等 [69] 提出了

钛合金航空结构件导孔的工艺流程

制定、加工刀具选择、切削参数设定、

定位方法及装夹方式的导孔数字化

加工方法。刘醒彦等 [70] 基于变形力

监测数据，利用高斯过程回归建立航

空整体结构件加工变形预测及控制

方法，实现了航空整体结构件模拟预

测及状态监控。

综上所述，航空整体结构件加工

变形预测方法主要包括数值解析和

有限元分析，其中有限元分析方法被

广泛应用，虽然已经有大量的相关研

究，也取得了许多有价值的研究成

果，但是结构件切削加工的复杂性、

材料本构关系的不确定性使加工变

形准确预测仍然具有很多挑战。在

数据驱动方面，存在数据不充分、不

精准，以及难以将物理实体数据、虚

拟模型数据与服务应用数据融合等

诸多问题，尚待深入研究。

3　航空整体结构件数控加工
      变形控制技术

国内外学者针对加工变形控制

进行了广泛研究，涉及毛坯残余应力

调控、加工工艺优化及装夹布局等。

随着智能制造技术的发展，智能装夹

为航空整体结构件变形控制提供了

新的思路和方法。对于多数零件，工

艺过程中的变形控制可以获得理想

效果，但对某些特殊零件，由于毛坯

应力状态、材料的低屈服极限以及结

构的不对称性等原因，导致工艺过程

中的变形控制无法获得理想的效果，

必须对变形零件进行校正，因此，变

形校正是航空整体结构件变形控制

不可或缺的重要手段。

3.1　加工变形调控策略

3.1.1　毛坯残余应力调控技术

结构件毛坯残余应力是影响铝

合金航空整体结构件加工变形的关

键因素，获得毛坯零件中残余应力分

布状态，是实现毛坯残余应力调控的

基础。残余应力测量方法主要有剥

层法 [71]、中子衍射法 [72]、超声波法 [73]、

逐层钻孔法 [74]、X 射线法 [75] 和裂纹

柔度法 [76]。Fu 等 [77] 提出了基于弹

性变形叠加原理的毛坯初始残余应

力分段计算方法。本课题组基于裂

纹柔度法开发了铝合金预拉伸板材

的残余应力测试系统，实现了铝合金

毛坯残余应力全流程的自动化检测，

如图 13 所示 [78]。

降低或均匀化结构件毛坯残余

应力主要是消除热处理过程中产生

的淬火残余应力 [17]。机械拉伸方式

是降低航空整体结构件毛坯残余应

力的有效手段 [79]，可以将应力幅值

降低 70%~80%[80]。此外，针对铝合金

残余应力的消除方法还有热处理 [81]、
图 12　弯曲梁平台数字孪生系统 [66]

Fig.12　Digital twin system for curved beam platform[66]

（b）

（c）

（d）

（a）

（e）

图 11　整体结构件加工变形预测系统 [32]

Fig.11　Prediction system for machining deformation of monolithic components[32]
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振动时效 [82] 和深冷处理 [83] 等方式。

研究学者发现采用开槽法可以将内

部应力降低 50%~60%[84]。

工件在毛坯中的位置不同，应力

状态不同，导致工件的变形形态也不

同。本课题组通过设计特征试件，研

究不同位置试件因毛坯残余应力不

同引发的变形差异性问题，如图 14
所示 [32]，平板厚度为 0.75 mm，整体

呈现出外凸变形 [32]。Ye 等 [85] 采用

步长递减迭代法求解最优加工位置，

发现优化航空结构件加工位置可使

加工变形减少 99.79%。

3.1.2　加工参数优化

加工参数主要包括铣削速度、进

给量、铣削宽度及铣削深度等参量，

根据加工经验及查阅切削用户手册

等方法获得，然而，这些参数并不能

完美适应复杂的航空整体结构件。

有学者采用遗传算法，以最小加工变

形为目标，以铣削速度、铣削深度、铣

削宽度和每齿进给量为优化参数，建

立了最优铣削参数组合 [86–87]。

本课题组针对加工工艺参数及

刀具结构参数对结构件加工变形的

影响关系进行了试验研究，分析了加

工工艺参数 – 加工应力的影响机制，

如图 15 所示 [32]，通过极差分析，发

现铣削表面压应力随切削速度增加

而逐渐减小，随每齿进给量的增加呈

现增大趋势，而铣削深度和宽度对铣

削加工应力影响不明显 [32]。

针对刀具结构参数对加工应力

的影响关系，采用极差分析方法，分

析了刀尖圆弧半径、切削前角、切削

后角、刀具直径对加工应力的影响关

系，如图 16 所示 [32]，发现加工应力

随着切削前角和切削后角的增大而

减小，随着刀具半径增加具有变大

的趋势 [32]。另外，当刀具磨损增加

时，加工应力随之增大 [88]。

3.1.3　走刀路径优化

走刀路径是指刀具从对刀点开

始运动，到加工程序结束所经过的路

径，主要由切削路径和非切削路径组

成 [89]。走刀路径和毛坯应力是互相

耦合的，优化走刀路径为解决工件

图 13　毛坯残余应力自动化采集系统 [78]

Fig.13　Automatic system acquisition of blank residual stress[78]

图 14　毛坯应力对不同位置工件加工变形影响 [32]

Fig.14　Effect of blank residual stress on workpiece deformation at different positions[32]
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的残余应力变形和弹性变形提供了

较为有效的手段。此外，研究者们为

了降低走刀路径对结构件加工变形

的影响，建立了刀具偏差路径补偿模

型 [90]，三步对称铣削法 [91]，以及奇偶

铣削、偶奇铣削和顺序铣削 [92] 工艺。

马伟 [93] 针对九宫格类型的腔体薄壁

件研究了不同加工路径对薄壁件加

工变形的影响；郭魂等 [94] 分析了加

工顺序对六隔框工件加工变形的影

响。本课题组针对不同加工顺序对

工件加工变形影响，设计了三隔框零

件，分别开展了先两端后中间、顺序

加工、逐层加工、先中间后两端的试

验及仿真研究，如图 17 所示 [32]，发现

分层铣削是变形量最小的铣削方式。

3.1.4　装夹布局优化

薄壁件结构刚度低，在加工过

程中受到夹具的夹紧力作用，导致

工件形状精度降低。柯映林教授课

题组 [95] 利用 Abaqus 软件研究了支

撑点位置、加载方式和装夹顺序对薄

壁件加工变形的影响。路冬 [96] 利用

遗传算法建立了航空整体结构件最

优夹紧点位置及最小夹紧点数目的

确定方法。针对加工过程中刀具 –
夹具 – 工件之间的动力学问题 [97]，相

关学者采用有限元方法 [98] 和拉格朗

日法 [34] 等方法建立了动力学模型，

分析了航空整体结构件加工过程中

的动态特性。

3.1.5　智能夹具

夹具在加工大型复杂航空整体

结构件时承担着重要的作用，通常是

对结构件进行定位和夹紧，当夹紧

力释放时，夹紧应力等相应释放，工

件尺寸和形状可能变形超过公差限

度 [99]。欧盟于 2007 年启动的第七

框架计划中的“INTEFIX”项目，旨

在通过使用智能夹具系统提高加工

性能 [100]。Nee 等 [101] 最早提出了智

能装夹系统及其结构与功能，利用传

感器反馈和在线装夹调整实现加工

过程优化，并应用系统辨识的方法建

立了智能装夹系统的动态控制模型。

Möhring 等 [102] 将应变片、温度传感

器和加速度传感器集成到夹具系统

中，如图 18 所示，实现了结构件加工

过程中加工状态的智能感知。李迎

光教授课题组设计了一种结构件加

工过程在线监测与动态响应的柔性

夹具，如图 19 所示 [103]，实现了结构

件加工变形的动态调控。本课题组

基于可重构设计思路，设计了一种可

重构、反变形装夹单元，实现了航空

整体结构件加工变形 X/Y 平动补偿、

A/B 摆动补偿、Z 向移动补偿，如图

20 所示 [104]。

3.1.6　其他调控方法

为了提高航空整体结构件加工

过程中的刚度，研究者们提出了辅助

图 15　工艺参数对加工应力的影响机制 [32]

Fig.15　Influence mechanism of process parameters on machining stress[32]

图 16　刀具结构参数对加工应力的影响 [32]

Fig.16　Influence of tool structure parameters on machining stress[32]
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支撑技术，主要包括相变材料辅助支

撑、气射流辅助支撑和镜像铣削技术

等。相变材料辅助支撑是将低熔点

材料注入结构空腔中，提高薄壁件刚

度及加工精度 [105]。为了降低加工过

程中的振动，刘春 [106] 采用气射流辅

助支撑技术对加工工件进行支撑，保

证了工件的加工稳定性和质量，如图

21 所示。镜像铣削系统采用两台同

步运动的加工设备组成 [107–109]，机床

主轴包含 1 个刀具和 1 个支撑头，其

原理如图 22 所示 [107]。

针对加工过程中的“让刀”变

形，变形补偿是降低薄壁件加工变

形的有效手段。针对温度引起的加

工变形问题，张阁 [110] 建立了基于

CATIA/CAA 的航空整体结构件温度

补偿系统。针对铣削力引起的工件

弹性变形，Liu 等 [111] 基于铣削过程

的动态特征，计算变形补偿量，建立

误差补偿模型。

航空整体结构件加工变形控制

技术对加工变形具有一定的抑制和

消除作用，但是由于多因素耦合作

用，仅采用单一控制方法并不能将加

工变形降低至最小，因此，需要研究

集成式控制技术，对于变形难以控制

到公差范围内的工件进行变形校正，

也需要研究相应的变形校正技术，以

实现航空整体结构件加工变形的准

确调控和精准校正。

3.2　加工变形校正技术

传统校正主要有机械反变形校

正与加热校正。随着技术的发展，变

形校正又涌现出许多新的原理和方

法，主要包括激光校正、蠕变校正、喷

丸校正和滚压校正等新型校正方法。

3.2.1　机械反变形校正

机械校正作为最广泛的一种校

正方式，根据工作方式可以分为压

力、平行辊、拉伸、拉弯和扭转等工

艺。孙杰等 [112] 研究了 U 型结构件

的曲率与弯矩的关系，并结合二分法

建立校正载荷优化计算模型。张洪

伟等 [113] 研究了压力校正的支点位

置与载荷施加形式对校正效果的影

图 17　不同加工顺序对工件变形影响的仿真与试验结果 [32]

Fig.17　Effect of working sequence on workpiece deformation[32]

图 18　智能感知夹具系统 [102]

Fig.18　Intelligent sensing fixture system[102]

图 19　智能监控柔性夹具 [103]

Fig.19　Intelligent monitoring flexible fixture[103]

图 20　可重构反变形装夹单元 [104]

Fig.20　Reconfigurable anti-distortion 
clamping unit[104]

平动机构

摆动机构

Z向补偿机构
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响，并利用改进二分法建立了校正载

荷优化方法。王中秋等 [114] 基于回弹

变分原理，研究了直梁弯曲曲率与弯

矩的关系，建立了压力 – 挠度 – 残余

变形的映射关系，利用三点压弯实现

加工变形校正。针对大型航空整体

结构件校正，本课题组提出了一种多

点式反弯校正原理，利用多个执行器

对每一个加载点施加校正载荷，实现

加工变形校正，其原理如图 23 所示。

这些校正方法对工件校正的同时不

可避免地引入校正应力，对工件服役

性能的影响需要进一步研究。

3.2.2　加热校正

加热校正是利用材料的热胀冷

缩原理，在材料受热不均匀的情况

下，促使材料发生塑性变形，实现材

料的加工变形校正。加热校正方式

主要有火焰校正 [115]、感应加热 [116]

与激光校正 [117]。与机械校正方式相

比，热矫正不会出现“回弹”。但是，

加热导致工件组织发生变化，会对结

构件的服役性能产生影响。

3.2.3　蠕变校正

蠕变校正在钛合金等零件的变

形校正中受到关注，其基本原理是利

用材料的蠕变特性，工件在一定温度

下，应变随时间延长而增加，从而获

得塑性变形。

3.2.4　喷丸校正

喷丸校正是利用高速小球丸冲

击零件变形位置，在工件表面产生较

大的塑性变形，从而实现加工变形校

正 [118]。喷丸成形后，工件表面产生

残余压应力，大大提高了零件的疲劳

寿命和耐腐蚀性 [119]。

3.2.5　滚压校正

滚压校正是指对变形工件的凹

侧加强筋、侧壁等结构件适当位置施

加双侧滚压力，引起滚压区域微塑性

变形和残余应力重分布，实现航空整

体结构件加工变形的校正。滚压校

正原理如图 24 所示。

本课题组围绕航空整体结构件

滚压校正原理及应用开展了一系列

的研究，王中秋 [120] 搭建了二维薄壁

件滚压有限元模型，建立了基于应力

叠加 – 变形平衡思想的弯曲变形滚

压校正图谱。针对滚压校正载荷预

测困难问题，路来骁 [121–122] 采用试验

法建立 T 型结构件滚压校正载荷的

理论模型，形成基于能量理论的航空

整体结构件加工变形校正载荷预测

方法，并利用简易滚压校正装置验证

了理论推导的正确性。针对航空整

体结构件滚压校正载荷优化问题，本

课题组采用贝叶斯优化算法，提出了

一种基于 Abaqus 软件的载荷优化离

线方法，实现了航空整体结构件滚压

载荷施加区域自动选取、载荷方向自

动选择、载荷精确预测的优化方法。

为保证航空整体结构件的滚压校正

载荷精准施加，本课题组研制了一种

位置智能感知 – 载荷精准施加的手

持式双侧滚压校正装置，如图 25 所

示，利用四隔框验证了所提出的优化

方法及装置的优越性，残余变形由

0.593 mm 降低到 0.0405 mm，变形消

除率为 93.17%。

航空整体结构件加工变形控制

是系统性工程，理论和技术研究大都

停留在试验阶段，需要进一步考虑工

程化的应用。加工变形的校正技术

主要应用在典型隔框零件，针对复杂

零件校正多采用简化或等效思想，缺

乏有效的变形校正理论以及技术指

导，还需要深入探索以实现航空整体

结构件的高精度、高效校正。

4　结论

航空整体结构件变形预测与控

制问题是一个复杂的系统工程，涉及

材料科学、机械制造、工程力学和计

算科学等多个学科和专业。加工变

形仍然是困扰新一代飞机高效高精

度制造的突出问题，需要从数控加工

图 21　气射流辅助支撑 [106]

Fig.21　Air jet assistance support[106]
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图 22　镜像铣削系统原理 [107]

Fig.22　Principle of mirror milling system[107]

图 23　多点反弯校正

Fig.23　Multi-point anti-bending correction

图 24　滚压校正原理

Fig.24　Principle of rolling correction
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变形机理、变形预测、变形控制等多

个方面继续开展系统性的深入研究。

（1）残余应力对航空整体结构

件的数控加工变形产生重要影响，主

要包括毛坯初始残余应力和加工应

力。要有效解决航空整体结构件的

变形问题首先需从材料入手，目前生

产内应力分布均匀的毛坯材料依然

是行业面临的严重挑战，需要从材料

组分、成形工艺及热处理等方面加大

研发力度，突破毛坯制造中组织应力

分布不均、一致性差的短板。此外，

毛坯残余应力状态的准确获取也存

在困难，影响变形预测的准确性。加

工应力的引入加剧了航空整体结构

件的变形，需从刀具、工艺参数等方

面系统研究加工应力的控制方法。

（2）航空整体结构件数控加工

过程是残余应力产生、演变与遗传的

动态过程，目前对变形影响机理与变

形预测理论基础尚比较薄弱。航空

整体结构件加工变形预测主要采用

数值模拟方法，该方法可以综合考虑

多种因素，仿真过程及结果更接近于

实际加工状态，然而其基于典型截面

结构件建立预测模型，难以准确预测

复杂结构件加工过程中的变形情况，

为了追求精度，需要花费大量的时间

成本，因此需要考虑精度与效率之间

的最优关系，不断探索高效、快捷、精

准的计算理论和计算方法，实现航空

整体结构件数控加工变形高效、高精

度预测。

（3）装夹可对航空整体结构件数

控生产效率与变形调控产生重要影

响，传统的装夹方案设计对变形控制

考虑较少。随着计算科学和智能技

术的发展，在装夹系统中引入智能感

知系统，研究同时考虑加工过程中引

入刚度 – 应力演变的装夹技术及智

能算法，为基于智能装夹的加工变形

在线实时主动调控提供了可能，但该

领域的研究目前还停留在实验室研

究阶段，工程化应用需进一步加强。

（4）数字孪生技术在航空整体

结构件变形控制中也必将发挥重要

作用，需深入研究高精度、高保真和

高准确性的数值建模方法，搭建以数

字孪生为基础的航空整体结构件加

工变形预测及控制平台，从而保证结

构件的加工质量及精度。

（5）变形校正仍是航空整体结

构件高精度制造不可或缺的重要工

艺，机械校正、加热校正、喷丸校正及

滚压校正等加工变形校正理论已取

得了一定的研究成果，其作用机理是

通过引入不同的载荷 / 能量，改变工

件内部的应力分布状态，从而使变形

的航空整体结构件形状向目标尺寸

改变，但目前变形校正仍停留在以经

验为主的状态，变形校正理论研究严

重滞后。此外，校正载荷的预测、优

化等局限于简单结构件，且均为离线

计算，针对复杂结构件则采用简化或

等效思想，缺乏统一的校正载荷预测

及优化理论，校正方法普适性有待进

一步研究。
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Research Progress on NC Machining Distortion Prediction and Control 
Technology of Aeronautical Monolithic Components
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2. Research Centre for Aeronautical Component Manufacturing Technology and Equipment, Shandong University, 
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[ABSTRACT]　Due to the coupling effects of various technical process factors on numerical control (NC) machining, 
varying degrees of NC machining distortion is almost inevitable for most aeronautical monolithic components. This brought 
critical negative effects on guaranteeing product accuracy, improving machining efficiency and reducing manufacturing 
cost. The NC machining distortion of aeronautical monolithic component is one of most severe challenges in aviation 
manufacturing industry. This paper summarizes and analyzes the factors, internal mechanism and prediction technology 
of NC machining distortion of aeronautical monolithic components. Furthermore, the research progresses of distortion 
control and distorted components correction technologies were expounded. Finally, prospects for the development trends of 
distortion prediction and control technologies of aeronautical monolithic components is presented.
Keywords: Aeronautical monolithic components; Machining distortion; Distortion mechanism; Distortion prediction; 
                   Distortion control; Residual stress; Intelligent fixture; Digital twin
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杨　东

  副教授，博士 / 博士后，研究方向

为切削加工技术及理论。

整体薄壁结构件具有质量轻、承

载效率高和空间结构紧凑等优点 [1–2]，

被广泛应用于航空航天领域。然而

此类零件通常存在结构复杂、体积大

和刚性低的特点，在加工过程易发生

加工变形 [3]，直接影响产品合格率。

如何减少加工变形，一直是整体薄壁

结构件加工面临的关键问题。

针对薄壁结构件加工变形问题，

国内外学者进行了大量的研究工作，

取得了一定成果。Richter-trummer[4]

和 Yang[5] 等指出毛坯件的初始残余

应力是影响加工变形的主要因素。

Fan 等 [6] 分析了材料内部初始残余

应力引起的弹性应变能的演化，揭

示了切削过程中能量演化对加工变

形的影响规律。Bilkhu 等 [7] 采用有

限元方法分析了毛坯初始残余应力

和加工残余应力对工件变形的影响。

郝清龙等 [8] 针对薄壁件加工中的累

加变形问题，提出反向分段加工变形

控制方法。董胜磊等 [9] 开展了装夹

力对加工变形影响的研究，提出了通

过修正定位平面和定位基准消除装

夹力对零件变形的影响。丁悦等 [10]

采用先加工两端、后加工中间的加工

变形控制策略对大尺寸铝合金单面

隔框进行加工，实现了大型航空结构

件的一次加工合格。此外，走刀路径

也是影响薄壁件加工变形的重要因

素。王立涛等 [11] 研究了走刀路径对

长方形工件型腔加工变形和加工残

余应力的影响，提出从外到内走刀是

最适合长方形型腔加工的走刀策略。

李康 [12] 分析了走刀路径对多型腔的

复杂薄壁件加工变形的影响，得出了

从内到外走刀是针对多型腔复杂薄

壁件加工变形问题的最优走刀策略。

孙启梦等 [13] 研究了走刀路径对极大

径厚比薄壁件加工变形的影响，发现

采用内外表面双侧交替切削路径时

的加工变形小于内外表面独立切削

走刀路径对梯形框体薄壁件加工变形影响*

杨　东 1，伊力扬 1，陈建彬 2

（1. 安徽大学，合肥 230601；
2. 安徽天航机电有限公司，芜湖 241000）

[ 摘要 ]　整体薄壁结构件被广泛应用于航空航天领域，然而刚性差，易发生加工变形等影响薄壁结构件的生产效率

和产品合格率。针对梯形框体类薄壁结构件加工变形问题，采用基于 Python 脚本控制的生死单元法开展加工变形

仿真研究，从走刀策略入手，分析由内到外走刀、由外到内走刀、并行走刀、之字形走刀等走刀路径对加工变形的影响

规律。试验及仿真结果表明，由外到内走刀可以获得较小的加工变形量。此外，在采用由外到内走刀的策略下，相比

于大端下刀，从工件小端下刀可以使工件最大加工变形量和平均变形量减小。最后给出面向梯形框体结构件加工变

形控制的优选走刀方案，使梯形框体薄壁件加工变形得到有效改善。

关键词：梯形框体件；薄壁件；加工变形；走刀路径；仿真分析
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Python语言 Abaqus

· 几何模型构建

· 切削区域划分

· 单元网格划分

· 材料属性定义

· 装夹约束施加

模型信息

Python脚本

· 初始场量施加

· 走刀路径单元拾取

· 分析步批量生成

· 热力载荷加载和单元去除

· 创建分析步和分析作业

· 后处理操作控制

（a）从内到外走刀 （b）从外到内走刀 
（小端下刀）

（c）从外到内走刀
（大端下刀）

（d）并行走刀 （e）之字形走刀 （小端下刀）（f）之字形走刀（大端下刀）

小端

侧边

单型腔梯形结构件大端

腹板

的变形。Gao 等 [14] 开展了走刀路径

对钛合金 TC4 薄壁弧形零件加工变

形影响的试验研究，发现从高刚度位

置开始加工并在低刚度位置结束的

刀具加工路径可以有效地减小工件

变形。Liu 等 [15] 依据固有频率和表

观刚度的不同把扁壳工件划分为不

同的加工区域，给出了面向加工变形

控制的优选走刀路径。Izamshah等 [16]

研究了走刀路径对非对称薄壁叶片

加工变形的影响，发现对称循环式走

刀可获得较小的工件变形量。以上

研究表明，针对不同几何特征的被加

工薄壁结构件，优选的走刀路径并不

相同。

梯形结构件多应用于飞行器的

整体壁板、承力隔框等。相较于正方

形和长方形类等框体结构件，梯形结

构件的刚性分布不均，走刀路径对其

加工变形的影响尚不明确。本文以

铝合金梯形框体结构件为研究对象，

利用 Abaqus 软件作为仿真平台，采

用基于 Python 脚本控制的生死单元

法，开展加工变形仿真研究，分析不

同走刀路径对其加工变形的影响规

律，以期得到梯形结构件加工变形最

小的走刀策略。

1　研究对象与走刀路径

1.1　梯形框体结构件

如图 1 所示，多型腔梯形薄壁件

由腹板、肋板和侧壁组成，具有多个

梯形型腔。本文以单一梯形型腔为

研究对象，分析走刀路径对结构件加

工变形的影响。某单一梯形型腔框

体件，其侧壁厚度 3 mm；腹板厚度 2 
mm；工件整体高度 10 mm；小端长度

60 mm；侧边长度 100 mm；侧边斜率

为 5；材料为 7050–T7451 铝合金。

1.2　走刀路径

走刀路径指针对被加工工件而

进行的刀具移动轨迹设定。走刀路

径会从残余应力释放顺序、铣削应力

施加顺序、工件结构刚性改变顺序 3
个方面对工件加工变形产生影响，是

影响工件加工变形的重要因素 [17]。

在对梯形框体件进行型腔铣削粗、精

加工工序时，设计以下 4种走刀策略：

由内到外走刀、由外到内走刀、之字

形走刀和并行走刀。当采用由外到

内走刀时，下刀位置对工件的加工变

形影响也需要考虑，可分为大端下刀

和小端下刀，各走刀路径示意如图 2

所示。

2　加工过程仿真

借助 Abaqus 有限元仿真平台，

采用生死单元法模拟加工过程中工

件材料的去除 [18]。生死单元法需要

逐个对待消去单元进行相关参数设

置，工件的待消去单元对应的仿真分

析步设置、相互作用设置、载荷施加

设置中对应的操作数数量级达 102

以上。使用 Python 脚本进行仿真参

数施加和走刀路径规划可以提高效

率，减少工作量。基于 Python 脚本

控制的仿真方案如图 3 所示。

2.1　毛坯几何模型建立及其网格

         划分

建立几何模型后使用基准面对

几何件进行区域划分，分为待加工区

域和非加工区域。采用六面体网格

图 1　典型多型腔框体结构件及其

梯形框体特征

Fig.1　Typical multicavity frame structure 
and its trapezoidal frame characteristics

图 2　走刀路径

Fig.2　Tool path

图 3　仿真方案图

Fig.3　Simulation scheme diagram
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单元，单元类型为 C3D8T，单元网格

尺寸为 3 mm×3 mm×1 mm。

2.2　材料属性施加

工件毛坯为 7050–T7451 铝合金

预拉伸板材，材料物理力学性能如表

1 所示 [19]。

采用 J–C 本构模型表达材料应

力、应变、应变率和温度之间的相互

关系 [20]，可表示为
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式中，σ 为流动应力；
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分别为
等效应变、等效应变率和参考应变率；

A 为材料准静态条件下的屈服强度；

B 为应变硬化参数；n 为硬化指数；C
为应变率强化参数；m 为热软化参数；

T 为变形区材料温度；Tm 为材料熔点；

Tr 为室温。7050–T7451 铝合金 J–C
本构模型参数数值如表 2 所示 [21]。

2.3　初始温度场及初始残余应力场

         施加

初始温度场是加工前工件在环

境中的整体温度状态，设置为室温

25 ℃。毛坯件初始残余应力场是毛

坯在成形过程中受热处理和预拉伸

等前处理工序后，存在于毛坯件内部

维持内部力平衡的内应力场。初始

残余应力场对工件铣削过程中的加

工变形有很大的影响。已有研究表

明，7050–T7451 毛坯预拉伸板初始

残余应力场在厚度方向发生变化，在

轧制方向和宽度方向呈“W”形分布，

各个方向的应力数值服从“力平衡，

力矩平衡原则”[10，22]。工件轧制方向

初始残余应力 σx 和宽度方向初始残

余应力 σy 可由式（2）和（3）[22] 进行

计算。
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式中，z 为测试点与工件中心层距离。

将计算后的残余应力分 10 层施

加到仿真几何件上，得到毛坯初始残

余应力场云图如图 4 所示。

2.4　装夹约束施加

根据梯形框体结构特点，采用预

留装夹余量的方式对工件两侧边进

行装夹，即在线切割时保留 2 mm 厚

的外伸板，称为装夹板。装夹时用压

板压住装夹板进行装夹固定，避免加

工过程中刀具与夹具的碰撞接触，减

少装夹力对加工变形结果的影响。

工件装夹如图 5 所示。

2.5　走刀路径上单元抓取

单元抓取指将每个分析步要去

除的单元按照顺序设置为单元集合。

由于在对模型进行网格划分后，被加

工区域网格编号按一定规律分布，使

用 Python 脚本可直接通过单元编号

锁定指定位置上的单元。在确定走

刀轨迹的前提下，每个分析步要去除

的网格单元也被确定。基于 6 mm
的径向切深、4 mm 的轴向切深和 3 
mm×3 mm×1 mm 的网格尺寸，可

得到每个分析步去除网格单元数量

为 8。据此建立单元集合，完成单元

抓取，如图 6 所示。使用“for 循环”

语句建立 Python 脚本，建立每个分

析步去除的单元集合，完成走刀路径

上的单元抓取。

2.6　分析步及相互关系

生死单元法需要对每个消去步

骤建立类型为热力耦合的分析步，

并给每个被去除的单元集合设置

“model change”相互关系，实现加工

过程中待加工单元随加工过程一次

去除的仿真效果。使用“for 循环”

语句建立 Python 脚本，完成分析步

及相互关系的设置。

2.7　载荷施加

切削热、力载荷是影响加工变形

的主要因素，仿真过程需要获得在指

定加工参数下铣刀加工铝合金工件

时的铣削力和铣削热 [23]。铣削力和

铣削热数据基于切削试验获得。试

图 4　毛坯初始残余应力场

Fig.4　Initial residual stress distribution of blank

表 1　7050–T7451 铝合金材料属性 [19]

Table 1　Material properties of 7050–T7451 aluminum alloy[19]

密度 /
（kg·m–3）

热导率 /
（W·m–1·K–1）

弹性模量 /
GPa

屈服强度 /
MPa

抗拉强度 /
MPa

比热容 /
（J·kg–1·K–1）

2830 157 70.3 455 510 860

A/MPa B/MPa n C m Tm /℃

435.7 534.624 0.504 0.019 0.97 660

表 2　7050–T7451 铝合金 J–C 本构模型参数 [21]

Table 2　J–C constitutive parameters of 7050–T7451[21]

（a）Von-Mises初始残余应力场 （b）轧制方向初始残余应力场 （c）宽度方向初始残余应力场

S,MIses/MPa S,S22/MPa S,S11/MPa
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单元去除路径

待去除单元

单元去除后

验所用刀具是直径为 10 mm 的山特

硬质合金整体立铣刀（型号 1P231–
1000–XB；直径 10 mm；齿数 3；螺旋

角 45°；刃长 19.5 mm；总长 72 mm），

铣削方式为顺铣，试验在数控加工中

心上开展。使用 Spike 感应刀柄测

量铣削力，获得铣削力随时间变化的

离散数据，计算出平均铣削力。使用

Fluke Ti400 红外热像仪观测切削区

温度，直接测出刀具与工件接触区域

的平均温度。铣削工艺参数及铣削

力、热检测数据如表 3 所示。

三向铣削力以体积力的形式施

加在分析步对应的单元集合上，铣削

热以表面热流通量的形式施加在分

析步对应的单元集合的单元面上。

使用“for 循环”语句建立 Python 脚

本，完成铣削力和铣削温度的施加。

铣削过程中随着铣刀进给方向的变

化，加载在各个分析步上的铣削力载

荷也发生变化。根据铣刀进给方向

的不同，采用表 4 所列公式将测得的

铣削力转化为仿真环境下单元 X、Y、
Z 三向体积力。

表 4 中，FX、FY、FZ 分别为仿真

中施加的 X 轴、Y 轴和 Z 轴正方向

铣削力；FX1 和 FX2 为仿真过程铣刀

铣槽时对单元施加的 X 方向作用力；

FY1、FY2 为仿真过程铣刀铣槽时对单

元施加的 Y 方向作用力；Fx、Fy、Fz

分别为试验测得进给方向、铣刀径向

和轴向铣削力；θ 为进给方向与仿真

图 5　装夹约束设置

Fig.5　Clamping constraint settings

装夹板

位移约束
位置

图 6　走刀轨迹上的单元拾取和去除示意图

Fig.6　Elements selection and removal on the tool path

表 3　切削工艺参数与铣削力、铣削温度

Table 3　Cutting process parameters and cutting force, cutting temperature

切削工艺参数 铣削力与铣削温度

主轴转速 /
（r·min–1）

进给速度 /
（mm·min–1）

径向
切深 /
mm

轴向
切深 /
mm

进给
铣削力 /

N

径向
铣削力 /

N

轴向
铣削力 /

N

铣削
温度 /
℃

11000 1800 6 4 91.79 67.40 33.67 195

表 4　切削状态与切削力转换示意图

Table 4　Schematic diagram of cutting state and cutting force conversion

切削状态 材料去除示意图 切削力转换公式

铣刀沿 Y 向进给，
切除进给方向

左侧材料

FX = Fx cos θ – Fy sin θ
FY = Fx sin θ + Fy cos θ

FZ = Fz

（4）

铣刀沿 Y 向进给，
切除进给方向

右侧材料

FX = Fx cos θ + Fy sin θ
FY = Fx sin θ – Fy cos θ

FZ = Fz

（5）

铣刀沿 Y 向进给，
切除进给方向

两侧材料

FX 1 = Fx cos θ – Fy sin θ
FX 2 = Fx cos θ +Fy sin θ

FY  = Fx sin θ
FZ  = Fz

（6）

铣刀沿 X 向进给，
切除进给方向

两侧材料

FX = Fx cos θ
FY 1= –Fy cos θ
FY 2= Fy cos θ

FZ = Fz

（7）

FY

FX

进
给
方
向

Z
Y

X

进
给
方
向

FY

FX

Z
Y

X

FX1

F进
给
方
向 FX2

Z
Y

X

FX

FY2

FY1

进给方向

Z
Y

X
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（a）从内到外走刀

Max:+3.341e-03
（b）从外到内走刀

（小端下刀）

Max:+2.468e-03
（c）从外到内走刀

（大端下刀）

Max:+2.508e-03

（d）并形走刀

Max:+4.670e-03
（e）之字形走刀
（小端下刀）

Max:+5.159e-03
（f）之字形走刀
（大端下刀）

Max:+4.536e-03

U,Magnitude/mm U,Magnitude/mm U,Magnitude/mm

U,Magnitude/mmU,Magnitude/mmU,Magnitude/mm

空间 X 轴正方向夹角。

温度转化为表面热流量需满足

式（8）[24]，即

Q=λab（T – Tr）/d （8）
式中，Q 为表面热流量；λ 为热传导

系数；a 为铣削面宽度；b 为铣削面

高度；d 为被铣削单元厚度；T 为铣

削温度；Tr 为室温。

3　结果与讨论

3.1　加工变形分布特征

图 7 所示为不同仿真条件下，梯

形框体结构件加工变形仿真云图。

可以看出，不同走刀路径下工件变形

均集中在靠近大端区域且最大加工

变形所在位置都在大端区域内。这

是因为梯形框体结构件大端区域的

刚性弱，且切削加工过程中的热、力

载荷作用时间长。

从图 7 中还可以看出，不同走刀

路径下工件变形分布并不相同。从

外到内走刀路径下工件腹板区域变

形程度更大，而之字形走刀路径下工

件侧边也发生了变形集中。由内到

外切削时，随着待去除材料体积的逐

渐减小，工件材料对大端壁板的支撑

作用逐渐变弱。由于进给方向的切

削力较径向和轴向切削力要大，因此

在并行走刀条件下工件大端壁板承

受载荷较两侧壁要大，导致其加工变

形量大。与之相对应的，在之字形走

刀条件下，工件两侧承受载荷相比在

其他走刀路径下承受的载荷更大，导

致两侧壁靠近大端区域也发生了变

形集中。相较于之字形走刀且小端

下刀策略，大端下刀条件下工件最大

变形量小，但变形区域范围变大。由

外到内走刀条件下，不同下刀位置时

工件的变形分布相同。由于该走刀

路径下腹板中心区域受热，力载荷作

用时间长，使腹板中心区域产生了变

形集中。

3.2　梯形框体加工变形量

根据仿真结果，获得不同走刀条

件下工件加工变形最大值和平均值

如表 5 所示。可以看出，采用之字形

走刀（小端下刀）时产生的工件最大

变形量最大。采用之字形走刀（大端

下刀）方案时，工件的平均变形量最

大。由外到内走刀可以获得较小的

工件最大变形量和平均变形量。此

外，在采用由外到内走刀的策略下，

相比较于大端下刀，从工件小端下刀

可以使工件最大加工变形量和平均

变形量减小 1.6% 和 7.7%。

4　仿真结果试验验证

为验证仿真结果的准确性，开展

7050–T7451 铝合金梯形框体结构件

加工试验研究。工件几何尺寸、毛坯

装夹方式与有限元仿真模型一致。

所使用刀具与 7050–T7451 铝合金

切削热、力载荷获取试验一致。走刀

方案选择从外到内走刀、小端下刀加

工方式。铣削完成后，被加工件静置

变形量
由内到外

走刀

由外到内
走刀（小端

下刀）

由外到内
走刀（大端

下刀）
并行走刀

之字形走刀
（小端下刀）

之字形走刀
（大端下刀）

最大变形量 /μm 3.34 2.47 2.51 4.67 5.16 4.54

平均变形量 /μm 0.92 0.84 0.91 1.30 1.51 1.79

表 5　不同走刀条件下工件加工变形最大值和平均值

Table 5　Maximum and average value of workpiece deformation under different 
cutting conditions

图 8　切削试验与变形检测过程

Fig.8　Cutting test and deformation detection process

铣削加工中 铣削完成
巡边检测
变形量

图 7　梯形框体加工变形云图

Fig.7　Deformation cloud diagram of the machined parts
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100806040200
距小端距离/mm

U
3方

向
变

形
量
/μ
m 2.0

1.5
1.0
0.5

0
−0.5

探测路径
U3方向

仿真值
试验值

24 h，使用千分表（分辨率 1 μm，测取

数据时可读到分度值的 1/10 位）对

工件腹板变形量进行检测。工件加

工与检测过程如图 8 所示，工件腹板

变形量仿真与试验值对比如图 9 所

示。

由仿真结果与实测结果对比可

以看出，仿真变形量分布趋势与实测

结果相同，表明所建立的切削变形有

限元模型在判断和分析加工件变形

量分布趋势特征时合理有效。仿真

与实测加工变形量之间仍存在一定

误差，误差值在 0.5 μm 以内。原因

主要有：毛坯初始残余应力场依据

经验公式获得，各节点应力水平与实

际相比存在偏差；所构建仿真模型

并未考虑切削加工残余应力对变形

的影响。

5　结论

（1）采用基于 Python 脚本控制

的生死单元法构建了梯形框体薄壁

件加工变形仿真模型。试验对比验

证表明，所建立的模型在判断和分析

加工件变形量分布趋势特征时是合

理有效的，仿真与实测加工变形量之

间差值小于 0.5 μm。

（2）不同走刀路径下梯形框体

结构件变形均集中在靠近大端区域，

不同走刀路径下工件最大变形量所

在位置并不相同。由内到外和并行

走刀条件下，最大变形发生在工件大

端壁板位置。在之字形走刀条件下，

最大加工变形发生在两侧壁靠近大

端区域。相较于之字形走刀（小端下

刀）策略，大端下刀条件下工件最大

变形量小，但变形区域范围变大。由

外到内走刀（小端下刀）时，最大变

形量发生在大端壁板中心位置；大

端下刀时，最大变形量也发生在大端

壁板中心位置。

（3）由外到内走刀可以获得较

小的工件最大变形量和平均变形量。

在采用由外到内走刀的策略下，相比

较于大端下刀，从工件小端下刀可以

使工件最大加工变形量和平均变形

量更小。
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为了满足国产大飞机 C919 中

机身复杂曲面蒙皮的型面精度要求，

其骨架桁条需采用非对称截面变曲

率设计，材料选用 2099 铝锂合金。

2099 铝锂合金作为新一代的轻质高

强合金材料，具有密度低、弹性模量

高、强度高、抗疲劳裂纹扩展能力强

和耐腐蚀性等众多优点，已成为当

前航空航天领域中日益广泛应用的

结构材料之一，也是国产 C919 大型

客机后机身桁架的关键材料 [1–3]。其

中以 2099 铝锂合金为材料的 2 形和

L 形变截面曲率型材是我国自主设计

的机身桁架重要零件。考虑到 2 形和

L 形型材均属于变曲率非对称截面型

材，在室温条件下加工易产生回弹缺

陷，将影响到飞机的装配精度和后期

气动外形及服役性能。具体桁条型材

结构如图 1 所示。我国的铝锂合金

研究起步较晚，虽然国内高校和研究

院奋起直追，取得了卓有成效的工作，

但是对于铝锂合金的大规模研制和应

用与西方国家依旧存在一定差距 [4–5]。

对于铝锂合金复杂的变曲率型材成

形，传统的弯曲成形理论和方法已不

再适用，故越来越多的学者开始将型

材成形工艺的目光转向滚弯成形。

滚弯成形作为一种连续塑性弯曲

的成形工艺，其装备不受型材长度限

制，适用性好，设备所需载荷小，相比

传统的拉弯工艺，可加工出更小曲率

半径，广泛应用于航空航天领域 [6–7]。

陈明和

  教授，博士，主要研究方向为板料

成 形 CAE 技 术、集 成 计 算 材料工程

（ICME）、材料超塑性及成形 / 扩散连接

技术、飞行器钣金精密制造及抗疲劳制

造技术。

中机身蒙皮骨架变曲率截面桁条滚弯精确成形
工艺研究*
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[ 摘要 ]　为解决 C919 国产大飞机蒙皮骨架非对称截面桁条的精确成形难题，基于 2 形及 L 形型材的 2099–T3 和

T83 铝锂合金性能测试评价，获得材料的本构模型和回弹规律。同时提出一种分段式等曲率渐近滚弯新工艺，结合

滚弯成形理论分析计算，建立等曲率四轴滚弯有限元模型，并分析了两种型材的滚弯回弹及曲率半径影响因素，模拟

结果确定了非对称截面型材的合理滚弯成形工艺参数为：型材与滚轮摩擦系数为 0.10~0.12，型材和滚轮之间间隙为

0.2 mm，2 形型材和 L 形型材滚弯的左右滚轮极限抬升高度分别为 43 mm 和 30 mm。最终采用分段等曲率渐近

滚弯的方法，通过 MC4P431IAS 数控滚弯机成功生产出合格的变曲率型材，最大间隙值为 0.76 mm，成功验证了变

曲率滚弯成形方案的可行性和准确性。目前，该研究成果已成功应用于 C919 中机身蒙皮骨架长桁的滚弯成形生

产中。
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（a）中机身结构 （b）桁条型材

目前国内外对滚弯成形的工艺研究

较多。Cai 等 [8] 计算出薄板三辊弯

曲过程中直端变形的解析解，并对

成形中的塑性加载和卸载理论进行

分析，最终准确地计算出直端截面的

塑性变形量和弯曲最终形状。Salem
等 [9] 基于非对称三辊弯曲试验建立

一种预测辊弯力和残余应力的解析

模型，模型的计算结果与试验结果吻

合较好。但传统的三辊弯曲无法精

确实现非对称截面的成形控制，故近

年来各国学者逐渐开展四轴滚弯工

艺研究。Jia 等 [10] 基于 Ansys 软件

建立了冷连轧机辊系变形的非线性

有限元接触模型，并采用三维弹塑性

有限元法对四辊冷轧机的轧辊过程

进行了模拟分析，计算出的辊缝剖

面与实测值比较接近。该模型通过

正确的预设定模型和带材在线控制

模型，提高了成品的精度。王安恒

等 [11] 为控制大截面 Z 型材四轴滚

弯成形缺陷，结合 Abaqus 数值模拟，

对四轴滚弯成形提出了侧滚轮非对

称加载和二次滚弯方式改进工艺，

研究结果表明，两种工艺对型材起

皱缺陷具有明显的改善作用。

目前国内外对铝锂合金滚压研

究偏少 [12]。Saito 等 [13] 对铝锂合金

板材进行低温滚压试验，分析了材料

织构演化和力学性能。张荣霞等 [14]

对 T8 铝锂合金薄板固溶态进行蠕

变时效成形试验研究，并建立基于滚

弯预变形和蠕变时效复合成形工艺，

解决了薄壁大曲率复杂型面零件的

回弹缺陷问题。由于较少的理论和

工艺研究导致目前国内对于复杂变

截面的型材滚弯成形工艺停留在经

验分析和试验为主的方法，难以成形

高质量的型材，且加工效率偏低 [15]。

综上可知，目前对于铝锂合金的滚压

研究主要集中于材料力学性能和热

处理研究，迫切需要进行室温条件下

铝锂合金型材滚压成形的工艺研究。

本文面向 C919 大尺寸飞机中

机身蒙皮桁架新型铝锂合金 2 形及

L 形复杂型材零件，基于 2099–T3 和

T83 铝锂合金性能测试评价，结合有

限元软件 Abaqus，建立 2 形及 L 形

型材的等曲率滚弯模型，并成功预测

滚弯成形的回弹曲率半径，得到滚

弯回弹规律。模拟结果可为四轴滚

弯设计提供优化方案，最终采用分段

等曲率渐近滚弯成形加工方法，通过

MC4P431IAS 新型数控型材滚弯机

试验实现变曲率型材的精确成形，缩

短研制周期，提出并成功实现全新的

渐近滚弯生产工艺，大大推进了我国

大型客机 C919 蒙皮桁架零件的国

产化研制进展。

1　试验及方法

试验用原始材料分别为 2099–
T3 和 2099–T83 铝锂合金，其化学

成分（质量分数，%）为 Al–2.7Cu–
1.8Li–0.7Zn–0.3Mn。T3 是铝锂合金

通过 500 ℃ ×90 min 固溶处理 + 冷

加工得到，而 T83 材料则是通过铝锂

合金先后经历 500 ℃ ×90 min 固溶

+ 冷加工 +155 ℃ ×20 h 时效处理得

到。为进一步获得两种铝锂合金材

料的成形性能评价，下文将分别进行

单向拉伸试验和弯曲性能测试。

室 温 拉 伸 试 样 按 照 GB/T 
228.1—2010 标准进行制备，试样尺

寸如图 2（a）所示。对 2 形及 L 形

的长度方向进行线切割加工，2099–
T3 试样厚度为 1.6 mm，2099–T83 试

样厚度为 2 mm。室温拉伸试验在

UTM 5504X 电子万能试验机上进

行，应变速率设置为 0.00025 s–1，为

减少误差，拉伸试验重复 3 次。

考虑到型材滚弯成形的实质是

弯曲，故铝锂合金材料的弯曲测试试

样按照 GB/T 232—2010 标准制备。

试样具体尺寸如图 2（b）所示，材料

厚度分别为 1.2 mm、1.7 mm 和 3 mm 
3 种。室温弯曲试验在 RG2000–2A
微机控制电子万能试验机上进行，

两支辊中心距采用 80 mm，压头直

径 D=5 mm，压头下压速度设置为 5 
mm/min，高度下压量分别为 10 mm、

15 mm、20 mm、25 mm 和 30 mm。

弯曲试验结束后，将成形后的试样

放置在扫描仪上，进行试样形状扫

描，保存为 .jpg 格式的图片，最后将

图片导入 AutoCAD 软件中测量两

直线的夹角，该夹角的补角即为铝

锂合金板料回弹后的弯曲角。

2　结果与讨论

2.1　2099 铝锂合金成形性能分析及

         本构方程

图 3 为 2099–T3 和 T83 铝锂合

图 1　飞机中机身结构及桁条型材

Fig.1　Mid-fuselage structure and stringer profiles of aircraft

图 2　力学性能试验试样尺寸（mm）

Fig.2　Sample size of mechanical experiment test (mm)
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金室温拉伸真应力 – 真应变曲线，可

知，在拉伸试验初期，流变应力随真

应变的增大而迅速上升，达到屈服应

力后增速减缓。这主要是因为在初

始阶段，加工硬化占主导地位，流动

应力迅速增加。随着拉伸应变增大，

出现以动态回复为主的软化行为，软

化效应增强，流动应力的增速缓慢并

逐渐趋于稳定，直至颈缩断裂 [16]。

根据图 3 流动应力数据，结合拉

伸试样原始横截面面积，分别计算其

弹性模量、屈服强度、抗拉强度和硬

化指数等参数。由表 1 可知，两种铝

锂合金材料的弹性模量相差较小，但

T83 的强度远高于 T3，这主要是因

为 T83 铝锂合金是通过固溶处理 +
冷加工 + 时效处理得到的，时效处理

可以显著提高材料的强度和硬度，但

同时也会导致塑性降低，但 T3 的延

伸率略微高于 T83，主要原因可能是

T83 未达到或超过合适的峰时效阶

段。可以看出，T3 材料的硬化指数

远高于 T83，表明 T3 铝锂合金具有

较强的应变强化能力 [17]。

进一步计算并建立两种铝锂合金

材料的室温拉伸本构模型，由图 3 可

知，铝锂合金拉伸曲线呈现弹性直线

段和塑性软化两个阶段，故为精确表

征铝锂合金的应力应变关系，本文采

用分段式各向同性幂硬化本构方程来

计算。

σe = Eε （1）
σp = Kεn� （2）

式中，σe 和 σp 分别为弹性阶段流动

应力和塑性阶段流动应力；E 为弹性

模量，表示材料弹性变形的难易程度；

ε 为应变；K为材料参数；n 为硬化指

数。结合式（1）和（2）对流动应力曲

线中弹性阶段和塑性阶段进行拟合，

可得 2099–T3 和 T83 铝锂合金室温

变形条件下本构模型分别为

σe = 77089ε，ε ≤ 5.67×10–3 （3）
σp=681.9532ε0.13537，ε ≥ 5.67×10–3

 （4）
σe =77182ε，ε ≤ 7.68×10–3 （5）

σp =737.869ε0.08157，ε ≥ 7.68×10–3

 （6）
继续计算材料在回弹后的弯曲

角 θ，建立板厚 t 和高度压下量 h 和

回弹后的弯曲角的线性拟合关系，具

体拟合方程如图 4 所示。图 4（a）
表示在弯曲压头高度下压量为 20 
mm 时，不同厚度 2099–T83 和 T83
铝锂合金板料弯曲试验的弯曲角。

由图 4 中趋势可得，当材料的厚度持

续增加，型材在回弹后的弯曲角同样

持续上升，说明铝锂合金的厚度与弯

曲回弹呈正相关关系。图 4（b）则

表示在两种铝锂合金板料均为 1.7 
mm 厚度时，对弯曲压头进行不同高

度下压量的弯曲角。可知，随着高度

下压量的增加，板料回弹后的弯曲角

增加。在相同下压量时，2099–T3 铝

锂合金比 T83 材料的回弹后弯曲角

要大，表明 T3 铝锂合金比 T83 铝锂

合金的室温弯曲塑性更好。

2.2　滚弯成形理论分析

铝锂合金在滚弯成形过程中的

弹塑性弯曲是一个非常复杂的过程，

故分别进行滚弯成形理论半径和型材

应力应变中性层的计算，为后续的有

限元仿真模拟提供理论和数据支撑。

（1）滚弯成形理论半径计算。

考虑到四轴滚弯成形装备的复

杂性，可参考三轴滚弯型材的理论半

径求解方法 [18]，具体示意如图 5 所

示，计算并推导出上滚轮在 O1C 方

图 3　2099 铝锂合金真应力 – 真应变曲线

Fig.3　Curves of true stress–true strain about 2099 Al–Li alloy

表 1　2099 铝锂合金材料室温拉伸成形性能参数

Table 1　Performance parameters of room temperature tensile forming of 2099 Al–Li Alloy

牌号 泊松比 v 弹性模量 E/
GPa

屈服强度 σs/
MPa

抗拉强度 Rm/
MPa 硬化指数 n 断后延伸率 A/

%

2099–T3 0.2821 77.09 371 455 0.1354 9.62

2099–T83 0.2825 77.18 504 557 0.0816 9.54

图 4　2099 铝锂合金板料不同板厚和高度下压量下弯曲试验回弹后弯曲角

Fig.4　Bending angle after springback in bending test of 2099 Al–Li alloy sheet with different 
thickness and pressure
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向的位移量、滚轮半径 R2 和左右滚

轮中心距 2a 之间的关系，并为下文

的仿真分析确定合理的滚轮间距与

位移量。

由图 5 几何关系可得

OqO2
2 = O2C

2 
+ OqC

2 （7）
O2C

 = Rnq+ h + R2 （8）
其中，O2C

  = a，OqC = Rnq
 – R2+Y，代入

式（7）和（8），计算可得成形半径和

滚轮的压下量以及左右轮中心距之

间的关系公式为

书书书

�� ��

��

�� ��

�

�

�

��槡 �

��

��

��

�

����

 （9）
（2）型材应力应变中性层计算。

型材滚弯成形中主要的塑性变

形为弯曲，在型材截面方向上的外表

面层和内部组织结构在弯曲过程中

分别承受拉应力和压应力，为简化计

算，将拉应力和压应力的交界处定义

为型材的中性层。若沿着型材纤维

方向的切应力为 0，则可定为应力中

性层；如果沿着型材拉伸方向的变

形为 0，则可判定为应变中性层。故

在型材滚弯成形过程中，首先需要确

定坯料的应变中性层位置，即中心轴

位置，因为型材截面的中心轴恰好经

过型材的质心。结合应力应变特点，

根据实际的型材截面尺寸，计算型材

的截面质心和截面惯性矩，确定型材

的应力应变中心层，为后续的型材滚

弯成形结果分析作准备。首先计算型

材的真应力和真应变，即

ε = y/R （10）
式中，y为型材上任意一点到该型材

中性层的距离；R为中性层半径。同

理，可得该点真应力

σ = Cεn （11）
式中，C 为塑性系数，与材料性能有

关；n为材料塑性强化指数。故最终

计算可得型材的真应力为

σ = C（y/R）n� （12）
2.3　建立 2 形和 L 形等曲率型材

         四轴滚弯成形的有限元模型

图 6（a）为四轮滚弯机平面结

构简化图 [19]，分别由上下左右 4 个

滚轮组成，其中上滚轮的轴心 O1 固

定，下滚轮轴心 O2 可沿中心线 O1O2

上下运动，左滚轮轴心 O5 可绕固定

点 O3 处转动，其运动轨迹为半径

240 mm 的圆弧 AB。右滚轮的轴心

O6 可绕固定点 O4 处转动，运动轨迹

为半径 240 mm 的圆弧 CD。其中轴

心 O1 到 O3 和 O4 的竖直距离均为

370 mm。由图 6 中轴对称结构可得

O3O5 = O4O6 = 240 mm。

建立有限元仿真模型如图 6（b）
所示，2 形和 L 形两种型材毛坯长度

均选取 2 m，其中 2 形型材的厚度为

2 mm，L 形型材厚度不一，腹板上侧

最大厚度为 3.75 mm。材料参数模

型选用 2.1 节中建立的室温下各向

同性幂硬化本构模型。考虑到 2 形

型材在滚弯长度方向的大尺寸，故本

模型忽略该型材交接处倒圆角的影

响，同时为了提高运算效率，2 形型

材最终选用单元类型为四节点曲壳

网格单元，网格数量为 9100 个。但

L 形型材为变厚度材料，本文选择三

维实体 C3D8 网格单元。同理为简

化计算，忽略型材的倒圆角，最终网

格数量为 27896 个。为了保证网格

的规整，以上两种复杂型材均采用扫

掠型网格划分，2 形与 L 形型材网格

划分具体结果如图 7 所示。本模型

选用有限滑动类型建立型材和滚轮

之间的约束接触。

参照图 6（a）设计的四轮滚弯

机的平面结构，在 Abaqus 有限元软

件中对模型设置多个固定参考点。

如图 6（b）所示的装配模型，并将各

滚轮的中心处定义刚体约束，同时对

左右下 3 个滚轮的中心点和 RP–1、
RP–3 和 RP–4 进行耦合绑定约束，

从而实现一体化运动。模型的边界

条件主要由滚弯过程的 3 个阶段决

定，分别为滚轮压下阶段、滚弯成形

阶段以及卸载回弹阶段。 （1）压下

阶段：此过程中只需指定上滚轮向

图 6　滚弯成形结构及有限元模型示意图

Fig.6　Schematic diagram of rolling and bending forming structure and finite element model

Y

Rnq

Oq

C
R2

O2

O1R1

h

2a

图 5　三轴滚弯装置上下滚轮轴心和中心

轴距的几何关系

Fig.5　Geometric relation between upper 
and lower roller axis and center wheel base of 

three axes of rolling and bending device
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下的位移量，其余的所有约束均设为

0。对于下滚轮，保持所有的边界约

束，释放沿 Y 轴方向的位移，并对左

右两滚轮施加固定约束。 （2）成形

阶段：设定滚轮的转动惯量，限制上

滚轮 Y、Z 方向的平动约束，释放其

绕 X 轴的转动约束。对于其余 3 个

滚轮，固定 Y、Z 方向的平动，释放绕

X 轴的转动约束，使之随着型材的进

给运动而转动。 （3）卸载回弹：给予

上滚轮 Y 轴的正向位移，其余滚轮保

持位置不变。

2.4　等曲率滚弯有限元模拟结果

         分析

对于 2099–T83 和 T83 材料的 2
形型材和 L 形型材，分别将其左右滚

轮各抬高 37 mm 和 27 mm。由于本

文接触面之间的摩擦属于切向作用，

因而采用切向接触模型描述滚轮和

型材之间的接触。采用库仑摩擦定

义接触面之间的摩擦力，故定义滚压

成形的摩擦系数 μ 分别为 0.1、0.15、
0.2 和 0.25，最终得出两种不同形状

型材的摩擦系数 μ 与型材回弹曲率

半径之间的关系，如图 8 所示。可知，

两种型材的回弹曲率半径均会随着

摩擦系数的增加而增大，在 μ 为 0.25
时，回弹曲率半径达到最大。故为减

少型材滚弯成形中的回弹，需要减小

型材与滚轮之间摩擦，可选择对型材

和滚轮之间进行润滑处理，但应考虑

到如果 μ 值过小无法顺利送料。另

外由图中可得两种材料的摩擦系数

μ 在 0.10~0.15 区间基本保持稳定，

故综合考虑以上因素，在本文后续仿

真计算中 μ 取值范围为 0.10~0.12。
为了进一步深入探索型材和滚

轮之间间隙对两种型材滚弯成形过

程的影响，故此处将滚轮和型材之间

的间隙大小定义为 a1 值。对于 2 形

型材，a1 分别取值 0.1 mm、0.2 mm、

0.3 mm 进行研究。但 L 形型材属于

变厚度材料，在 L 型材模拟中可将间

隙 a1 作为定值，并进行左右滚轮抬高

37 mm 的四轴滚弯数值模拟。在后

处理中，为了进一步优化工艺参数，

可选取滚弯后的型材在 U1 方向的

偏移量作为判断型材的斜弯曲程度，

具体研究结果如图 9 所示，可知当 a1

为 0.1 mm 时，2 形型材在 X 方向位

移最大，代表该型材的斜弯曲程度最

严重。综合对比图 9 （b）和（c）可以

发现，当 a1 = 0.2 mm 时，位移区间小于

0.3 mm 时位移量，故选择 a1= 0.2 mm。

同理对于 L 形型材的 a1 取 0.2 mm。

尽管抬高左右滚轮的高度可以

解决变曲率型材的加工难题，但为达

到型材的精确成形目标，需要确定左

右滚轮抬升量和型材曲率半径的关

系，最终获取合理滚压成形工艺参

数。故本模型对 2 形和 L 形型材选

取多组左右滚轮的抬升量，分别研究

34~43 mm 和 24~30 mm 对两种型材

的影响。从图 10 可知，随着左右滚轮

的抬升量增加，两种型材的曲率半径

均呈现下降趋势。综上所述，并基于

数控滚弯机的工作区间，最终确定 2
形型材、L 形型材滚弯的左右滚轮极

限抬升量分别为 43 mm 和 30 mm。

采用上述合理的滚弯成形工艺

参数对两种型材进行滚弯回弹模拟，

分段式回弹模拟完成后，去除型材两

端的直线段，测量回弹模拟后两种型

材特征线等弧长分段点处的曲率半

径。表 2 为两种型材各等分点处的数

模曲率半径与模拟曲率半径的偏差百

分比，其中最大曲率半径偏差分别为

5.5%和 3.2%，均满足型材的设计要求。

图 9　不同 a1 值时 2 形型材在 X 方向的位移量

Fig.9　Displacement of 2–shaped profiles in X direction at different a1 values
图 7　型材网格划分

Fig.7　Profile grid division

图 8　回弹曲率半径与摩擦系数的关系

Fig.8　Relation between radius of springback 
curvature and friction coefficient

（a）2形型材

（b）L形型材
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2.5　2 形及 L 形非对称截面型材

         滚弯工艺试验

结合 2.4 节模拟仿真结果，确认

2 形和 L 形型材在四轮滚弯成形时

的最佳工艺参数为型材与滚轮摩擦

系数范围为 0.10~0.12，型材和滚轮

之间最佳间隙为 0.2 mm，2 形型材和

L 形型材滚弯的左右滚轮极限抬升

高度分别为 43 mm 和 30 mm。

综合考虑滚轮的材料和制造成

本，本研究选择牌号 CrWMn 高碳合

金工具钢，并在滚轮上设计 3 个均匀

分布的减重槽。考虑到 2 形和 L 形

型材均含有多组长度不一的型材，采

用分段等曲率滚弯方法来加工变曲率

型材，故选择对型材进行等分段式处

理。2 形和 L 形型材长度分别为 4076 
mm 和 5606 mm，并取 10 等分。同时

建立 2 形和 L 形型材在每个分段处

与滚弯机床几何加工参数 X、Y 坐标

值对应关系，如表 3 和 4 所示。

试验采用的设备为 MC4P431IAS
数控滚弯机，由 4 个滚轮组成，可通

过百分比调节相关滚弯参数来控制

其运动，具体机器及型材如图 11 和

12 所示。其主要工艺步骤为毛坯下

料→划线分段→滚弯参数确定→滚

弯成形→贴膜检验→校形。在完成

型材的分段式滚弯加工后，可将型材

的下表面放置于检验模之上，采用塞

尺测量每个等分段处的间隙，表 5 为

两种型材各等分段处下表面与检验

模之间的误差，可知 2 形型材下表面

与检验模最大间隙值为 0.5 mm，L

形型材的最大间隙值为 0.76 mm，其

纵向轮廓度均满足不大于 1 mm 的

设计要求。表 6 为两种型材各等分

点的试验与数模曲率半径偏差百分

比，其中 2 形及 L 形型材的最大曲率

半径偏差分别为 5.6% 和 3.4%，成功

验证了分段式等曲率的渐近滚弯成

形方案的可行性和准确性，克服了非

对称截面型材加工难题。相较于传

统滚弯工艺以经验分析和试验为主

的方法中存在难于成形高质量的型

材，而且加工效率低、废品率高等问

题，该研究不仅成功减小滚弯成形道

次，缩短了加工周期，也为我国非对

称截面型材滚弯成形技术达到国际

先进水平提供了重要技术支撑。

3　结论

（1）通过性能测试评价，建立

2099 铝锂合金厚度和高度下压量与

回弹后弯曲角的线性拟合关系。结

果表明，随着材料厚度和下压量的增

加，合金材料回弹后的弯曲角持续增

加。同时发现在相同高度下压量时，
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图 10　型材滚弯成形曲率半径与左右滚轮抬升量的关系

Fig.10　Relation between radius of curvature and lift height of left and right rollers

表 3　2 形型材的等分段对应机床加工

X、Y 坐标值

Table 3　Equal sections of 2–shaped profile 
correspond to machining coordinate values of  
                  X and Y by machine tool mm

分段号 X 值 Y 值

1 79 80

2 82 83

3 83 83

4 83 84

5 84 84

6 84 84

7 84 84

8 83 84

9 83 83

10 82 83

表 2　2 形及 L 形型材各等分点的曲率半径

偏差百分比

Table 2　Percentage of curvature radius 
deviation at each bisection point of 2–shaped 
                profile and L–shaped profile %

分段号 2 形型材 L 形型材

1 5.5 1.4

2 1.4 1.7

3 4.7 2.9

4 2.5 1.3

5 2.6 3

6 2.8 3.2

7 1.7 2.6

8 2.5 0.5

9 0.8 1.4

10 4.6 0.6

11 0.04 2.3

表 4　L 形型材的等分段对应机床加工

X、Y 坐标值

Table 4　Equal sections of L–shaped profile 
correspond to machining coordinate values of 
                  X and Y by machine tool mm

分段号 X 值 Y 值

1 69 70

2 69 70

3 70 70

4 70 70

5 70 71

6 70 71

7 71 71

8 71 71

9 71 71

10 71 71
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图 12　变曲率型材成形后的贴模检验

Fig.12　Checkout effect of dies about 
variable curvature profile after forming

图 11　型材某一时刻滚弯成形试验

Fig.11　Experimental of profile rolling 
bending at certain time

2099–T3 合金弯曲角更大，T3 铝锂

合金比 T83 铝锂合金的室温弯曲塑

性更好。

（2）结合 2 形和 L 形型材的等

曲率滚弯有限元模拟结果，获得了

合理滚弯成形工艺参数：型材与滚

轮摩擦系数为 0.10~0.12，型材和滚

轮之间间隙为 0.2 mm，2 形型材和 L
形型材滚弯的左右滚轮极限抬升高

度分别为 43 mm 和 30 mm。

（3）采用分段等曲率渐近滚弯

新工艺成功实现了非对称截面型材

的精确成形，其中长度为 4076 mm
的 2 形型材和 5606 mm 的 L 型型材

最大纵向轮廓度误差分别为 0.5 mm
和 0.76 mm，最大曲率半径偏差分别

为 5.6% 和 3.4%，均满足设计要求，

成功验证了该滚弯成形工艺的可行

性和准确性，为国产 C919 大飞机非

对称截面型材批量化生产提供了重

要技术支撑。
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Research on Roll Bending Precision Forming Technology of Variable 
Curvature Section of Middle Fuselage Skin Frame

CHEN Minghe1, XIE Lansheng1, FENG Rui1, WEN Songtao2, LUO Zhihui2

(1. Nanjing University of Aeromautics and Astronautics, Nanjing 210016, China;
2. AVIC Jiangxi Hongdu Aviation Industry Co., Ltd., Nanchang 330096, China)

[ABSTRACT]　In order to solve the problem of accurate forming of asymmetric cross-section truss strip of skin frame 
of C919 domestic large aircraft, the constitutive model and springback law of materials were obtained based on the 
performance test and evaluation of 2099–T3 and T83 Al–Li alloys with 2–shaped profile and L–shaped profile. At the same 
time, a new piecewise constant curvature progressive roll bending process is proposed. Combined with the theoretical 
analysis and calculation of roll bending forming, the finite element model of constant curvature four-axis roll bending is 
established, and the influence factors of roll bending springback and curvature radius of two types of profiles are analyzed. 
The simulation results determine the reasonable roll bending process parameters of asymmetric cross-section profiles 
as follows: the friction coefficient between profile and roller is 0.10–0.12, the clearance between profile and roller is 0.2 
mm, and the limit lifting heights of left and right rollers of 2–shaped profile and L–shaped profile are 43 mm and 30 mm, 
respectively. Finally, the qualified variable curvature profile parts were successfully produced by the MC4P431IAS CNC roll 
bending machine using the method of piecewise equal curvature asymptotic roll bending, and the roll bending process test 
verification of variable curvature profile was completed. The maximum clearance value is only 0.76 mm, which successfully 
verifies the feasibility and accuracy of the variable curvature rolling forming scheme. At present, the research results have been 
successfully applied to the roll bending production of fuselage skin skeleton truss in large aircraft of C919.
Keywords:  C919 large aircraft; Variable curvature of skin truss; Al–Li alloy; Progressive roll bending; Finite element model
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  博士研究生，研究方向为电磁成形

技术和理论。

大等效塑性应变减小为 3.5%，并且

蒙皮的应变分布更加均匀，减小了回

弹，获得较佳的拉形质量。Peng 等 [3]

提出了拉形过程中夹紧的运动轨迹

设计方法和求解算法，试验和仿真结

果均表明了该方法可以有效实现曲

面零件的高精度纵向拉伸。He 等 [4]

提出了一种钛合金飞机蒙皮冷拉伸

成形的优化方法，在优化模型中，用

应力差的数学公式代替隐式回弹分

析，作为回弹程度指标。此外，采用

多目标遗传算法（MGA）来寻找最

佳加载条件，研究结果表明蒙皮零件

最终回弹为 0.5 mm，获得了精度较

高的蒙皮件。马战鹏 [5] 通过回弹补

偿技术手段实现了双曲率蒙皮冷拉

成形的回弹控制，发现贴模度和模胎

修模量的计算是回弹补偿过程的关

键技术。通化优化传统拉形模具，

最终蒙皮件与模具间隙最大为 0.5 
mm。另外，有学者使用振动辅助工

预变形与电磁成形对铝合金曲面件回弹的影响*

杜志浩 1，杨　欢 2，崔晓辉 1，2，3，王世鹏 2，阳　光 2

（1. 中南大学机电工程学院，长沙 410083；
2. 中南大学轻合金研究院，长沙 410083；

3. 中南大学高性能复杂制造国家重点实验室，长沙 410083）

[ 摘要 ]　以铝合金单曲率蒙皮为研究对象，采用冲压和电磁渐进成形相结合的方法解决板料回弹大的问题。采用有

限元和试验手段，研究了定间隙和变压边两种预变形方案对板料变形和回弹的影响。与定间隙冲压相比，变压边预变

形后板料回弹被大大降低，回弹量为 47.6 mm，再采用带弹性垫的蒙皮件电磁渐进方法继续降低板料回弹。通过模拟

发现，放电后板料的切向拉应力减小，并且产生微小塑性应变。零件内的塑性应变能增加，弹性应变能降低，回弹降低。

当线圈在 6 个位置依次放电 8 kV 后，板料的回弹量为 10.4 mm，比准静态冲压下板料回弹量降低了 78.1%，并且零件

表面光滑。通过试验验证，发现试验结果与模拟一致。本研究为实现铝合金蒙皮件的精确制造提供了可靠手段。

关键词：电磁成形；单曲率蒙皮；渐进成形；回弹；数值模拟

DOI： 10.16080/j.issn1671-833x.2022.21.143

引文格式：杜志浩 , 杨欢 , 崔晓辉 , 等 . 预变形与电磁成形对铝合金曲面件回弹的影响 [J]. 航空制造技术 , 2022, 65(21): 143–149.
DU Zhihao, YANG Huan, CUI Xiaohui, et al. Influence of predeformation and electromagnetic forming on springback of 
aluminum alloy curved parts[J]. Aeronautical Manufacturing Technology, 2022, 65(21): 143–149.

蒙皮是构成飞机气动外形的主

要零件，承受空气动力作用后，将作

用力传递到飞机的机翼骨架上。由

于蒙皮直接与空气接触，所以要求蒙

皮件强度高、表面光滑，有较高的耐

腐蚀性，且蒙皮件尺寸较大，对精度

的要求较高。铝合金由于其密度低、

比强度较高，因此被用作制造蒙皮件

的主要材料。

由于铝合金的塑性较差，在成形

后有较大的回弹，影响了蒙皮件的成

形精度。对于大型蒙皮件，拉伸成形

（拉形）技术是制造蒙皮件的主要工

艺。拉形是使用数控蒙皮拉伸机夹

持板料两端，两端钳口施加拉力和弯

矩，使板料贴合模具。为了减少拉形

后的回弹，对板料继续施加补拉。针

对飞机蒙皮件，国内学者研究了蒙皮

件的拉形过程。韩志仁等 [1–2] 对飞

机蒙皮拉形数值模拟中夹钳区域的

加载轨迹进行了优化研究，优化后最

* 基金项目：国家自然科学基金（52275394）；

中南大学高性能复杂制造国家重点实验室开

放课题研究基金（ZZYJKT2020–02）。
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艺降低蒙皮件的残余应力，从而降低

其回弹。黄慧丽等 [6] 在蒙皮拉伸成

形过程中添加振动辅助，研究了振动

辅助对单、双曲率飞机蒙皮拉伸成形

过程中回弹量的影响。研究发现，在

相同振幅条件下，当振动频率为 30 
Hz 时，单曲率蒙皮的边界回弹量最

小；当振动频率为 10 Hz 时，双曲率

蒙皮的回弹量较好；在相同频率和

振幅为 1.5 mm 条件下，单、双曲率蒙

皮的回弹量较小。

电磁成形是一种高速成形工

艺，具有提高材料成形极限、降低回

弹 [7] 等优点。Iriondo 等 [8] 设计了 L
形和 U 形电磁辅助弯曲工装，通过

对 AA5754 铝合金和 DP600 高强钢

材料的弯曲区域施加磁场力，能有

效降低零件回弹。何逸汉等 [9] 针对

2A12–T4 的 T 形型材翘曲的问题，

进行了电磁校形试验，使用电磁力打

击局部翘曲区域，使得型材产生塑性

变形，消除了翘曲。Liu 等 [10] 进行了

带有法兰边的 V 形件电磁辅助弯曲

试验，研究发现，随着放电能量的增

加，板料回弹角逐渐减小。Cui 等 [11]

发现电磁线圈放电后板料会出现高频

振动现象，显著降低板材内的残余应

力，消除零件回弹。Cui 等 [12] 提出了

V 形零件电磁力反向加载方法，发现

线圈放电后，板材内的切向应力和弹

性应变能降低，回弹也降低。Xia 等 [13]

研究了 5052 铝合金件 V 形弯曲后电

磁成形消除回弹工艺，发现随着电压

的增加，板料位移振动幅值增大，回

弹降低。

传统电磁成形技术由于线圈和

设备的限制，难以开展大尺寸铝合金

件成形。针对大尺寸铝合金件的难

成形问题，Cui 等 [14] 首次提出电磁

渐进成形方法。该方法的基本原理

是放电线圈代替单点渐进成形装置

中的刚性工具头。放电线圈按照一

定的三维轨迹逐次移动到板件的各

个局部位置并放电，使板料局部变

形，最终累加为零件整体变形。Long

等 [15] 研究了预压力下电磁叠加成

形，采用多点柔性模具，给板料一个

预压力，调整线圈位置并放电使蒙皮

件成形。谭金强 [16] 研究了壁板件电

磁渐进成形，分析了放电电压、放电

位置、线圈匝数和筋条高度对零件成

形质量的影响。Su 等 [17] 进行了球

形薄壁件电磁渐进成形试验和模拟

研究，分析了线圈重叠率、线圈移动策

略和放电电压对工件成形均匀性的

影响，通过 5 层放电得到了理想零件。

Du 等 [18] 提出了带有弹性垫的电磁渐

进成形方法，通过电磁力与弹性垫的

反弹变形，使板料在成形过程中产生

高频振荡现象，显著降低材料残余应

力和回弹，最终获得了表面光滑的板

料，但是最终零件与模具间隙较大。

综上所述，本文通过调整板料的

预变形工艺，使冲压后板料获得较大

塑性应变。再采用电磁渐进成形技术

进一步降低板料回弹，获得回弹小的

零件。建立了有限元仿真模型，研究预

变形和放电电压对 5052–O 铝合金回

弹和零件表面成形质量的影响规律。

1　试验原理

1.1　力学原理分析

图 1（a）为准静态冲压弯曲变

形区域某微元的受力状态，假设弯曲

材料不产生加工硬化。其中，σθ 为

切向应力；σr 为径向应力；R 为板材

外层弯曲半径；r0 为内层弯曲半径；r
为任意区域曲率半径（r0< r < R）；rσ

为中性层的曲率半径；dθ 为弯曲角。

对于板料回弹影响最大的是切向应

力 σθ。图 1（b）为电磁校形过程中

塑性变形区域某微元的受力状态，相

比于准静态冲压，还有电磁力 FB 和

惯性力 ρa 的作用。

当 rσ< r < R 时，板料的外层切向

应力为拉应力，径向应力为压应力。

对于准静态冲压状态，板料径向的受

力平衡方程为
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 （1）

将式（1）整理得式（2），即
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 （2）

根据 Tresca 屈服准则，得式（3），
即

σθ –σr =σs （3）
式中，σs 为材料的屈服应力。整理式

（1）~（3），且边界条件为 r =R 时，σr 

= 0。可得切向应力 σθ 为
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 （4）

对于电磁校形状态，板料受到电

磁力 FB 和惯性力 ρa。板料径向的受

力平衡方程为
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将式（5）整理得
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 （6）

整理式（3）、（5）、（6），且边界条

件为 r = R 时，σr = 0。可得切向应力

σ′θ 为

图 1　弯曲微元的受力图

Fig.1　Force diagram of bending element
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飞机蒙皮成形Aircraft Skin Forming

3 mm

材料流动
凸模上升140 mm

材料流动
凸模上升140 mm

凸模上升90 mm

凸模上升50 mm

压板

托板 凸模 橡胶

板

凸模冲压板料直接包覆

（a）准静态冲压方案1

（b）准静态冲压方案2

（c）线圈移动放电

板料预拉形，产生塑性应变

板料包覆凸模

L
线圈移动

3 mm

1.5 mm
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 （7）
由式（7）可知，当 FB < ρa 时，电

磁校形后的切向应力将小于准静态

冲压下的切向应力，切向应力与回弹

角的关系如式（8）和（9）所示。
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 （9）

式中，α 为回弹角；M 为回弹弯矩；E
为弹性模量；I 为惯性矩；b 为板料

宽度。对于同一种材料，弹性模量 E
与惯性矩 I 皆为常量。因此，当切向

应力减小时，板料的回弹弯矩也将减

小，进而板料的回弹角减小。

同理，当 r0 < r < rσ 时，板料的内层

在电磁校形作用下切向应力将降低，

回弹角度也将降低。根据 Cui 等 [11]

的研究，电磁成形下，切向应力减小，

会使得板料回弹降低。由上述分析

可见，在电磁力不变的情况下，增大

惯性力，可以降低切向应力。

1.2　试验过程

本研究使用 5052–O 态铝合金，

板料尺寸为 750 mm×125 mm×1.5 
mm，设计了两种准静态冲压方法。

方案 1 的试验原理如图 2（a）所示，

压板与托板间隙为 3 mm，凸模上升

对板料冲压并使板料包覆模具。方

案 2 的试验原理如图 2（b）所示，为

了使板料产生较大塑性变形，首先压

板和托板夹紧板料，当凸模上升 90 
mm 时，板料端部开始产生流动，此

时凸模停止上升。然后压板松开，将

压板与托板的距离定为 3 mm，凸模

继续向上冲压板料 50 mm，使板料完

全包覆模具。最后，将线圈沿着板料

型面移动放电，假定线圈边缘与凸模

中心的距离为 L（图 2（c））。线圈

移动放电路径如表 1 所示。

2　准静态冲压模拟

在数值模拟中，考虑到高应变

率对材料的影响，使用了 Johnson–
Cook（J–C）模型。Li 等 [19] 进行了

5052–O 铝合金的电磁单向拉伸试

验，采用 J–C 模型模拟了材料成形后

的高度与变形应力，试验与模拟较为

吻合。J–C 模型如式（10）所示，模

型参数如表 2 所示。
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 （10）

式中，σy 为准静态流动应力；ε 为准

静态应变；σ 为动态流动应力；A 为

屈服强度；B 为硬化模量；C 为应变

率敏感系数；n 为硬化系数；
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 为应

变率；
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0 为参考应变率。

图 3（a）为采用 Abaqus 软件建

立的准静态冲压结构场模型，包括压

板、托板、凸模、板料与橡胶。其中压

板、托板与凸模设置为刚体，单元类

型为 R3D4，板料单元类型为 S4R，橡

胶单元类型为 C3D8R，其中弹性模

量为 8.03 MPa，泊松比为 0.49，橡胶

尺寸为 560 mm×280 mm×10 mm。

图 3（b）为板料包覆模具后的位移

结果。为了便于后续分析，将板料中

部曲线定义为路径 1。
图 4（a）为准静态冲压后沿路

径 1 的等效塑性应变分布。方案 1

条件下板料的等效塑性应变远小于

方案 2。图 4（b）和（c）分别为方

案 1 和 2 的能量变化。方案 2 板料

的弹性应变能为 0.34 J，塑性应变能

达到 212.5 J。而方案 1 的弹性应变

能为 3.69 J，塑性应变能仅为 0.97 J。
方案 2 条件下的两步冲压工艺使板

料获得了更大的塑性应变能。

图 5 为方案 1 与方案 2 中模具

卸载后板料的回弹结果。方案 1 板

料端部最大回弹为 445 mm，方案 2

表 1　放电路径

                 Table 1　Discharge path 

A/MPa B/MPa C n

92.4 132 0.02511 0.25

表 2　J–C 模型参数

Table 2　Parameters of J–C model

图 2　试验原理图

Fig.2　Schematic diagram of experiment process

位置 L/mm

1 30

2 65

3 105

4 140

5 175

6 205
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图 5　准静态冲压模拟应变与回弹结果

Fig.5　Springback results after quasi-static stamping

图 6　电磁场分析

Fig.6　Electromagnetic field analysis

板料最大回弹为 47.6 mm。因此，采

用两步法冲压可以降低板料回弹。

本文将对预冲压后的板料使用电磁

渐进成形技术，研究了放电电压对回

弹的影响。

3　板料不同预变形下的电磁
      成形研究

在 Ansys 软件中进行电磁场模

拟，计算板料上的电磁力。试验实测

8 kV 电压下通过线圈的电流曲线，

如图 6（a）所示，在 t =140 μs 时，电流

达到峰值，Imax=46.3 kA。根据Du等 [16]

的研究，为了避免板料在成形过程中

产生鼓包和零件表面不光滑，使用

304 不锈钢将线圈的一半遮挡，减弱

线圈一侧的电磁力，可以显著降低鼓

包高度。当电压为8 kV，t =100 μs时，

板料上电磁力分布云图如图 6（b）
所示。选取线圈中央对应板料上的

特殊节点 1668 进行后续分析。

3.1　冲压方案 1 及后续电磁成形

在采用冲压方案 1 和板料未卸

载的条件下，图 7（a）为线圈在第 1

个位置（L =30 mm）放电 8 kV 后板

料的变形轮廓。板料轮廓与模具的

最大偏差为 0.24 mm，板料表面较光

滑。图 7（b）为 8 kV 电压下，板料

上1668节点的位移–时间变化曲线，

可知，8 kV 电压下节点发生 0.15 mm
的振荡。

图 8（a）为冲压方案 1 在 8 kV
电压下，1668 节点的切向应力和等

效塑性应变与时间关系。冲压结束

后，节点 1668 应力为 116 MPa。电

磁成形结束后，切向应力降低为 37 
MPa。根据式（7）~（9），施加电磁

力后板料的切向应力降低，板料回弹

则会降低。另外，放电后板料产生

等效塑性应变，放电前节点初始应

变为 0.05%，放电后节点最终应变为

0.825%。图 8（b）为板料塑性应变

能由放电前的 0.97 J 增加到放电后

的 2.97 J。塑性应变能增加，板料回

弹降低。

3.2　冲压方案 2 和电磁成形

在采用冲压方案 2 和板料未卸

载的条件下，图 9（a）为 8 kV 电压下

图 3　采用 Abaqus 软件建立的准静态

冲压模型

Fig.3　Quasi-static stamping model 
established by Abaqus software

图 4　准静态冲压模拟应变与能量结果

Fig.4　Results of strain and energy by quasi-
static stamping

压板 橡胶

托板
Z

Y

X
板料

凸模

（a）Abaqus结构场建模

路径1

Z Y

X
凸模上升
140 mm

（b）板料位移云图

U，U3/mm
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图 7　冲压方案 1：线圈在第 1 个位置放电后的位移结果

Fig.7　Stamping scheme 1: Sheet displacement result after coil discharged at the first position

图 8　冲压方案 1：线圈在第 1 个位置放电后应力 – 应变与能量结果

Fig.8　Stamping scheme 1: Stress-strain and energy results after coil discharged at 
the first position

图 9　冲压方案 2：线圈在第 1 个位置放电后的位移结果

Fig.9　Stamping scheme 2: Sheet displacement result after coil discharged at the first position

图 10　冲压方案 2：线圈在第 1 个位置

放电后应力 – 应变与能量结果

Fig.10　Stamping scheme 2: Stress-strain 
and energy results after coil discharged at 

the first position

板料变形轮廓。可知，板料与模具

的最大偏差为 0.25 mm。图 9（b）
为 8 kV 电压下，板料上特殊点 1668
节点的位移 – 时间变化曲线，8 kV
电压下节点的最大振荡幅度达到了

1.2 mm。

图 10（a）为 8 kV 电压下 1668
节点的切向应力和等效塑性应变与

时间关系。冲压结束后，节点 1668
切向应力为 45 MPa。电磁成形结

束后，切向应力降低为 12 MPa。放

电前节点的等效塑性应变为 1.12%，

放电后节点等效塑性应变为 1.54%。

图 10（b）为板料塑性应变能由放电

前的212.5 J增加到放电后的214.9 J，
塑性变形能增加，板料回弹降低。

3.3　电磁成形后板料轮廓与回弹

         结果

采用两种预变形方案，图 11 为线

圈按照表 1 放电路径放电 8 kV 后，板

料的最终变形轮廓与回弹结果。在

模具未卸载的情况下，冲压方案 1 和

电磁成形作用下板料表面与模具误

差在 0.11~0.26 mm 之间，板料端部

回弹量为 166 mm。冲压方案 2 和电

磁成形作用下板料表面与模具误差

在 0.15~0.25 mm 之间，板料端部回

弹量为 10.4 mm。与方案 2 准静态

冲压相比，线圈多次放电后板料回弹

降低了 78.1%，并且板料表面无鼓包

产生。

通过研究发现，使用冲压方案 2
可以使得板料获得更大的塑性变形。

在相同放电电压和放电次数的情况

下，板料回弹小。因此选取冲压方案

2 进行试验研究，图 12（a）为成形

试验装置，包括线圈、板料、橡胶等。

图 12（b）为冲压方案 2 与 8 kV 放

电电压下板料的试验结果。板料表

面光滑，放电后板料回弹明显降低。

图 13 为试验与模拟轮廓对比，试验
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与模拟结果较吻合，证明了模拟的准

确性。因此，通过预冲压使板料获得

较大的塑性变形再线圈放电，可以使

板料的回弹明显降低，提高成形效

率。

4　结论

（1）板料在电磁力和惯性力的

共同作用下，切向应力降低，能够降

低回弹。

（2）在冲压方案 1 的条件下，板

料最大回弹量为 445 mm。在冲压

方案 2 的条件下，板料最大回弹量为

47.6 mm。这是由于冲压方案 2 下板

料发生更大的塑性变形。两种冲压

方案后再进行电磁成形，板料的塑性

应变能均提高，回弹均降低。

（3）当采用冲压方案 2 时，线圈

多次放电和模具卸载后板料的回弹

量为 10.4 mm，比准静态冲压下板料

回弹量降低了 78.1%，且板料表面光

滑。通过试验，验证了模拟的准确

性。
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Influence of Predeformation and Electromagnetic Forming on Springback of 
Aluminum Alloy Curved Parts

DU Zhihao1, YANG Huan2, CUI Xiaohui1,2,3, WANG Shipeng2, YANG Guang2

(1. College of Mechanical and Electrical Engineering, Central South University, Changsha 410083, China
2. Light Alloy Research Institute, Central South University, Changsha 410083, China

 3. State Key Laboratory of High Performance Complex Manufacturing, Central South University, 
Changsha 410083, China)

[ABSTRACT]　In this paper, aluminum alloy single curvature skin is taken as the research object, and the problem of 
large springback of sheet metal is solved by using the method of combination of tensile and electromagnetic progressive 
forming. The effects of two predeformation schemes of fixed clearance and variable blank holder on the deformation and 
springback of sheet metal were studied by finite element method and experiment. Compared with the fixed gap stamping, 
the springback of the sheet is greatly reduced, and the springback is 47.6 mm. Then the electromagnetic progressive method 
of skin parts with elastic pad is used to reduce the springback of sheet metal. It is found by simulation that the tangential 
tensile stress of the sheet decreases and a small plastic strain is produced. The plastic strain energy increases, the elastic 
strain energy decreases, and the springback decreases. When the coil discharges 8 kV in 6 positions, the springback of the 
sheet is 10.4 mm, which is 78.1% lower than that of the quasi-static stamping, and the surface of the parts is smooth. The 
experimental results are consistent with the simulation. The research in this paper provides a reliable means for the accurate 
manufacture of aluminum alloy skin parts.
Keywords: Electromagnetic forming; Single curvature skin; Incremental forming; Springback; Numerical simulation

 （责编  古京）
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公司名称 索引号位 置

巴索公司 封二 22-1036

北京韦林意威特工业内窥镜有限公司 封三 22-1005

SW公司 封底 22-1059

DMG MORI 1 22-1068

埃马克（中国）机械有限公司 3 22-1022

雷尼绍公司 5 22-1055

杭州宏深科技有限公司 7 22-1073

北京迪蒙数控技术有限责任公司 9 22-1011

北京东兴润滑剂有限公司 11 22-1004

上海善能机械有限公司 13 22-1035

广州制造业博览会 150 22-1096

第二届中国天津工业博览会 152 22-1098

“热障涂层”专栏征稿

航空制造技术杂志社
Aeronautical Manufacturing Technology Magazine

创造价值 贡献航空

选题背景

    2023年，《航空制造技术》将推出“热障涂

层”专栏，由西安电子科技大学李聪副教授、清华

大学万春磊副教授、中国科学院上海硅酸盐研究所

王亮副研究员担任特邀主编，中国力学学会物理力

学专业委员会、中国材料研究学会超高温材料与防

护涂层分会（筹）、中国稀土研究学会热防护涂层

专业委员会共同推荐。欢迎国内相关领域的科研工

作者积极投稿。

征稿范围

    新型热障涂层材料、热障涂层功能化结构设

计、热障涂层制备技术、热障涂层微观特性与界面

应力、热障涂层失效机理与疲劳寿命、热障涂层缺

陷识别与检测等。

投稿要求

1. 综述文章/研究论文均可，字数5000~8000。

2. 论点明确、论证充分、结论可靠、数据准确、

文字精炼。

3. 不含涉密内容，无抄袭、剽窃和侵权等行为，

请勿一稿多投。

4. 请提前与本期学术编辑联系，投稿请发送到收

稿邮箱。

截稿日期

    2022年12月31日。

联系方式

责任编辑：崔逸飞

联系电话：010-85700465-289

电子邮箱：yifei625@outlook.com
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(如气动导向、电动导向、内置机械手通道、UV紫外等多功能的探头）

集 成 新 版 单 物 镜 相 位 扫 描 三 维 立 体 测 量 功 能
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