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编-读-往-来

R E A D E R S   &   E D I T O R S

《航空制造技术》提供了最新的研究成果和技术进展，使读者可以了解到航空

制造领域的最新知识和发展动态，帮助研究人员和从业人员不断学习并促进专业

发展。期刊论文通常会详细介绍航空制造技术的创新和应用，让读者能够深入了

解相关技术和方法的原理和实践。这对航空制造行业从业人员而言是宝贵的资

源，可以帮助他们理解和应用新兴技术。

西北工业大学  张  瑞

《航空制造技术》作为一本集新材料、新工艺及新技术报道于一体的综合性学

术期刊，在特种加工、焊接与连接技术、表面工程技术、塑性加工技术、数字化制造

技术等专业方向上，不仅展现了学术界和工业界的最新研究成果，还为航空技术

领域相关人员提供了一个交流学习的平台。此外，该刊对于文章质量的高标准以

及快速的审稿及刊发速度，不仅展示了编委及审稿专家团队的学术水平，也体现

了该刊在推动航空制造领域科学技术进步方面做出的努力。

华中科技大学  冯琨皓

在各种焊接工艺方法中，固相焊接因其技术优势，成为航空领域同质材料 / 异质材

料制造成形的有效工艺方式。其中，摩擦焊具有焊接质量好、焊接效率高、焊接过程稳

定、适用于异质材料 / 难焊接材料的焊接成形及绿色节能等优点，在航空零部件结构整

体化设计与制造中发挥着越来越重要的作用。

本期“摩擦焊接”专题，特别邀请天津大学、清华大学、山东大学、大连理工大学、江

苏科技大学、南昌航空大学、辽宁石油化工大学、东北林业大学、山东省科学院等单位的

科研团队阐述摩擦焊技术研究前沿及其最新研究成果。在此对各位专家学者的支持表

示衷心的感谢。

学术编辑  崔静
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第十一届航空先进制造技术与
专用装备应用解决方案论坛举办

中国科大提出仿生适度有序布利冈结构概念

纳米结构金属的加工硬化研究获进展

加工硬化是金属结构

材料拉伸塑性的基础。当

晶粒细化至纳米尺度时，

晶粒内部较难产生并储存

位错，降低了加工硬化能

力，引起了低塑性瓶颈。

斯带扩展过程中，加工硬

化具有关键作用，即抑制

并稳定吕德斯带的失稳扩

展，使纳米结构均匀变形。

这突破了高强纳米结构的

低塑性瓶颈，室温准静态

拉伸性能为屈服强度 2.0 
GPa 和拉伸塑性 16%，在

极端低温即液氦和液氮温

度下获得纪录级性能 2.2 
GPa 和 20%。上述成果体

现了“抑制失稳”而非传

统“推迟失稳”的加工硬

化途径，即低加工硬化能

力引起早期塑性失稳，失

稳诱导位错产生和加工硬

化，加工硬化反过来抑制

失稳。

上述成果拓展了关

于吕德斯带变形的认知，

揭示了高强纳米结构中未

知的吕德斯带变形物理，

并为研究高力学性能金属

材料及其在极端环境中的

应用提供了新思路。研究

工作得到国家重点研发计

划、国家自然科学基金和

中国科学院战略性先导科

技专项等的支持。

左图为多主元VCoNi

合金初始微观结构。

（本刊记者  逸飞）

2024 年 4 月 7 日，第

十一届航空先进制造技术

与专用装备应用解决方案

论坛在上海召开。本届论

坛由航空工业集团规划发

展部指导，航空工业集团

航空专用装备研发工程中

心和中国航空制造技术研

究院联合主办，围绕高端

制造装备专业融合、产业

融合发展新趋势，探讨数

字化、网络化、智能化赋能

航空高端制造装备高质量

发展新路径。来自航空工

业、中国航发、中国商飞等

各大企业所属院所，各大

高校、民企等 40 家单位的

160 余位代表参加论坛。

本届论坛的主题是

“融合发展，智创未来”。

“融”代表航空制造领域走

“工艺 + 装备 + 标准”的

专业融合发展模式，打造

“工艺 + 装备 + 软件”整

体解决方案的产业融合新

业态；“智”代表智能化发

展新趋势。围绕“融”和

“智”论坛邀请了来自主

机厂所、科研院所、高等院

校的 16 位专家，从人工智

能等前沿技术在航空制造

领域的应用、航空制造技

术研究现状、智能生产线 /
车间建设，以及航空高端

制造装备发展的思考等角

度，共同探讨航空先进制

造技术与高端制造装备的

创新发展及应用需求，共

同谋划航空工业新质生产

力发展道路。

航空工业作为高端装

备制造业和战略新兴产业

代表，对国家经济发展和

国防现代化建设具有不可

替代的重要地位和作用。

本届论坛的成功举办，为

推动航空产业深度融合，

探索产业链协同创新模

式，打造具有中国特色的

航空产业链生态，搭建了

跨界合作与交流的平台。

（本刊记者  逸飞）

近日，中国科学技术

大学俞书宏院士团队针

对纤维基元界面设计薄

弱的现状，基于网络态纳

米纤维的适度有序力学

设计理念，开展仿生布利

冈结构多级次可重构纤

维界面设计的系统性研

究，提出仿生适度有序布

利冈结构概念，分级构筑

了具有动态可重构纤维

界面的高性能仿生布利

冈结构材料。相关研究

成果以“Hierarchical and 
reconfigurable interfibrous 
interface of bioinspired 
Bouligand structure enabled 
by moderate orderliness”
为 题 发 表 于 Science 
Advances。

纳米纤维的空间取向

度是决定其排列的关键，

合理设计纤维的空间排列

以调控纤维间分子尺度相

互作用有助于优化界面的

变形模式和荷载传递能

力，进而自下而上设计具

有优异宏观力学性能的仿

生纤维基结构材料。研究

人员以网络态细菌纤维素

纳米纤维为模型基元，单

轴牵伸其凝胶膜以诱导

纳米纤维空间取向排列，

然而试验中难以获知取

向度对纤维网络微观力

学行为的影响。因此，研

究人员开展基于不同取

向角度纤维模型的大规

模分子动力学模拟。结

果表明，适度有序结构可

以优化氢键网络的维度

和促成模型断面上纤维

素分子链的桥接互锁，展

现出较完全有序结构更

加坚固的韧性断面。

研究人员利用扫描

电镜、图论分析以及偏振

光 - 微加载技术开展成像

研究，证实了膜层内纳米

纤维的网络特性及其衍

生的纤维桥接互锁和三

维氢键网络界面能够极

大促进纤维微运动、应力

传递和能量耗散。进一

步结合螺旋堆叠和热压

致密化，研究人员可将膜

层内纳米纤维界面行为

传递到宏观尺度，制备出

仿生适度有序布利冈结

构材料。系统性的力学

性能调查表明，所构筑的

仿生材料具有突出的力

学表现和尺寸稳定性。

由纤维桥接互锁和三

维氢键网络介导的仿生适

度有序布利冈结构将为纳

米纤维素材料的力学增强

设计提供重要启示，将推

动网络态纳米纤维的仿生

组装、组装体高性能化和

应用。

上图为联用偏振光 -

力学加载技术实时监测纳

米纤维基元微运动与多尺

度各向同性仿生半有序布

利冈结构对拉载方向的不

敏感性。

（本刊记者  逸飞）

在高强度纳米结构金属

中，如何形成并储存位错

是实现加工硬化的难点。

中 国 科 学 院 力 学

研 究 所 武 晓 雷 研 究 团

队 提 出 了 利 用 塑 性 失

稳实现加工硬化的新策

略。 相 关 研 究 成 果 以

“Harnessing instability for 
work hardening in multi-
principal element alloys”
为题，在线发表在 Nature 
Materials 上。

该团队制备了多主元

VCoNi 合金纳米结构，其

初始拉伸变形是吕德斯带

扩展。研究发现，一旦吕

德斯带开始扩展，在其前

端便已发生塑性失稳即早

期颈缩，并在颈缩处形成

了三轴应力状态，快速产

生了高密度位错。在吕德
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第三届航空先进材料技术发展研讨会举办
4 月 12 日，第三届航

空先进材料技术发展研讨

会在西安召开。本届研讨

会由航空工业集团科技与

信息化部指导，航空工业

集团航空材料技术中心主

办，中国航空制造技术研

究院承办，航空工业集团

材料性能检测评价中心、

西部钛业有限责任公司协

办，聚焦先进金属材料，共

研材料发展新方向，共商

深入合作新机制。航空工

业集团科技与信息化部、

所属主机和机载等专业厂

所，中国商飞设计院、高等

院校、科研院所、民企等 50
余家单位的领导和专家代

表参加交流研讨。

本届研讨会以“聚焦

金属材料，助力航空发展”

为主题，邀请了以孙军院

士为代表的 18 位专家，围

绕钛合金、铝合金、镁合

金、高熵合金等先进金属

材料的设计微观机理、制

备技术、应用研究、发展趋

势及航空装备对先进金属

材料的需求等进行深入交

流与分享，寻求产业链上

下游合作新契机、新模式，

推动航空先进金属材料

产、学、研、用融合发展，支

撑构建航空工业材料供应

链新生态，助力航空装备

高质量高效益低成本可持

续发展。

本届研讨会的成功举

办将进一步推进航空工业

与高等院校、科研院所、民

营企业的深度合作，优势

互补，互惠共赢，加快先进

金属材料的发展和应用，

增强航空产业链供应链安

全与韧性。

左图为会议现场。

（本刊记者  逸飞）

轻质高强的纤维增强

高分子（FRP）复合材料对

促进碳中和发挥着关键作

用。然而，随着 FRP 复合

材料应用的增加，其原材料

不可再生、生产过程高能

耗、排放高以及废料堆积等

问题日益显著，复合材料本

身的可持续性也受到越来

越多的关注。为了实现真

正的可持续发展，有必要量

化复合材料结构全生命周

期的可持续性。生命周期

管理的总体目标是在满足

机械性能、制造效率等基本

工程要求的前提下，尽量减

少每个生命阶段的生态影

响。因此，了解材料的工程

要求与各生命阶段的能耗

和排放等生态影响之间的

关系至关重要。

近日，香港科技大学

杨晶磊教授团队提出了可

持续复合材料绿色制造

工艺设计的模型系统。以

新型液态热塑性丙烯酸

树脂基复合材料的制造

工艺设计为例，通过构建

“材 料 - 工 艺 - 性 能 - 能

耗 - 排 放”（MPPEE）的

数据集，综合权衡制造效

率、力学性能以及可持续

性的多维设计要求。研

究成果发表于Composites 

Part A: Applied Science and 
Manufacturing，论文标题

为“Green manufacturing 
process design for infusible 
acrylic resin composites: 
A data-guided life cycle 
m a n a g e m e n t  m o d e l 
incorporating material-
process-property-energy-
emission relationships”。

本研究提出了一种

MPPEE 数据引导的绿色

制造工艺设计方法，该方

法考虑了制造效率、机械

性能和可持续性之间的权

衡。在实际应用中，可以

基于 MPPEE 数据集对定

制图表进行权衡，来形成

绿色制造工艺设计的最终

决策。

下图为 MPPEE 数据

集的构建。

（本刊记者  逸飞）

麻省理工学院研究人员使用纳米缝合方法
让复合材料更轻更坚韧

近年来，人们对开发

纳米结构混合复合材料的

兴趣与日俱增，在这种复

合材料中，碳纳米管等纳

米粒子与微米级纤维复合

层压板结合使用。麻省理

工学院首次开发出这种增

强技术——“纳米缝合”。

近日，美国麻省理工

学院工程师证明，他们使

用新开发的纳米缝合方

法可防止复合材料层之

间的裂纹扩展。通过在

复合材料层之间沉积化

学 生 长 的“碳 纳 米 管 森

林”，微小而密集的纤维

将各层紧紧地固定在一

起，就像超强的尼龙搭扣

一样，防止各层剥落或剪

断。相关研究以“J-integral 
experimental reduct ion 
reveals fracture toughness 
improvements in thin-ply 
carbon fiber laminates with 
aligned carbon nanotube 

interlaminar reinforcement”
为题发表在ACS Applied 
Materials & Interfaces。

为了节省燃料并减少

飞机排放，研究人员正在

寻求用先进复合材料制造

更轻、更强的飞机。这些

复合材料由嵌入聚合物片

材中的高性能纤维制成，

片材可堆叠压制成一种多

层材料，并制成极其轻质

且耐用的结构。

但复合材料有一个弱

点：层与层之间的空间，通

常需填充聚合物“胶水”，

以将各层黏合在一起。如

果发生撞击，裂纹很容易

在各层之间扩散并削弱材

料强度。随着时间推移，复

合材料可能会在没有任何

警告的情况下突然崩溃。

此次团队在对薄层碳

纤维层压板进行的试验证

明，与传统聚合物的复合

材料相比，通过纳米缝合

黏合的各层可将材料的抗

裂性提高 60%。

纳米缝合的概念涉及

“种植”垂直排列的“碳纳

米管森林”——碳的中空

纤维。每根碳纳米管都很

小，以至于数百亿纳米管可

以站立在比指甲还小的区

域中。为了生长纳米管，该

团队使用化学气相沉积工

艺，使碳作为微小的支撑物

沉积在表面上。这些支撑

物最终会被移除，留下一片

密集的“碳卷森林”。

研究人员设想，任何

采用传统复合材料的车辆

或结构都可通过纳米缝合

变得更轻、更坚韧、更有弹

性。下一代飞机如果采用

复合材料与纳米缝合技术

结合在一起，可更安全并

具有更长的使用寿命。

上图为具有复合层的工

程材料，碳纤维层（长银管）

之间有微观的碳纳米管森林

（微小的棕色物体阵列）。

（本刊记者  逸飞）

香港科技大学团队提出
可持续复合材料绿色
制造工艺设计新范式
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陈书锦

  教授，博士生导师，研究方向为搅

拌摩擦焊接。

引文格式：陈书锦 , 张帅 , 张荣洲 , 等 . 外部能场辅助搅拌摩擦焊接技术综述[J]. 航空制造技术 , 2024, 67(10): 14–23.
CHEN Shujin, ZHANG Shuai, ZHANG Rongzhou, et al. Review of external energy field assisted friction stir welding[J]. 
Aeronautical Manufacturing Technology, 2024, 67(10): 14–23.

* 基金项目：国家自然科学基金（52275339）。

搅拌摩擦焊（Friction stir welding，
FSW）是通过搅拌工具的旋转和推

进产生摩擦热和搅拌力，使焊接材料

发生塑性变形，从而实现焊接接头的

连接。此技术具有多种优势，例如在

能场等多个角度进行了探索。这些

改进措施各有优点和局限性。本文

将重点关注外部能场辅助 FSW，热

量辅助和超声振动的引入可以有效

降低焊接过程中的轴向力和减小工

装压力，磁场的加入直接干预了焊接

区域塑性金属流动。此外，本文还总

结了辅助能场的类型、作用机理以及

不同焊接材料对接头性能的影响，并

对相关技术的发展趋势进行了展望。

1　外部热量辅助搅拌摩擦焊

在 FSW 过程中，确保母材获得

足够的热输入是至关重要的。这使

得工件材料能够塑化，从而确保材料

在焊接过程中充分流动，并形成优质

的接头。特别对于某些高熔点或高

硬度材料，如果难以提供足够的热输

入，将导致轴向载荷过大、搅拌头磨

损、焊缝飞边和孔洞等缺陷。为了解

决这些问题，外部热量辅助方法应运

而生，主要包括外部电阻辅热、电弧

辅热、激光辅热、工件通电辅热和电

磁感应辅热。

外部能场辅助搅拌摩擦焊接技术综述*

陈书锦，张　帅，张荣洲，李志豪，李沫琦，刘建华
（江苏科技大学材料科学与工程学院，镇江 212100）

[ 摘要 ]　外部能场辅助搅拌摩擦焊接是一种改进型固相焊接方法，在航空航天、汽车制造、能源领域等方面得到了广

泛应用，通过引入外部能场，可以改善焊接接头的组织和性能，提高焊接质量和效率。本文对外部能场辅助搅拌摩擦

焊接技术进行了分类，综述了能场的选择和控制、工艺参数的优化等，阐述了外部能场对焊接温度、轴向载荷、接头组

织性能的影响，最后总结了外部能场辅助搅拌摩擦焊接技术未来的发展趋势。

关键词：搅拌摩擦焊接；外部能场方法；接头性能；晶粒细化；轴向载荷；温度梯度

DOI： 10.16080/j.issn1671-833x.2024.10.014

焊接过程中材料不会熔化和凝固，焊

核区的晶粒得到细化，进而避免了气

孔和夹杂物等缺陷 [1]，接头展现出良

好的综合力学性能。FSW 技术在航

空航天、汽车制造、能源等对焊接接

头质量和性能有严格要求的行业中

得到了广泛应用。然而，FSW 也存

在一些挑战和问题： （1）焊接过程中

需要较大的轴向力，导致焊接工装复

杂、体积较大 [2] ； （2）控制焊接能量

的手段有限，通常只能通过调整焊

速、搅拌头的转速和下压量来改变热

输入； （3）除了摩擦力和搅拌热外，

直接干预焊接区域塑性金属流动的

手段有限； （4）搅拌头容易磨损，特

别是在低温状态下焊接时，会加速搅

拌头的磨损，甚至可能导致搅拌头折

断，这使得铁基合金、钛合金等高熔

点金属的焊接变得困难 [3] ； （5）在进

行异种金属的 FSW 时，调控异质界

面金属间化合物层是一个挑战。

为了克服这些挑战并充分发挥

FSW 的优势，研究者们从工艺参数、

搅拌头材料、搅拌头外形和施加外部
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（b）有电弧（电流60 A）

（a）无电弧 
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1.1　外部电阻辅热

外部电阻辅热是一种常见的外

部热量辅助焊接方式，作为一种有效

的焊接辅助手段，能够优化焊接过

程、提高接头质量并降低潜在的缺陷

风险。该方式主要通过电阻丝加热

带实现。一般将加热带放置在背板

的凹槽中，形成加热平台。这有助于

减小厚度方向的温度梯度，改善塑性

金属的流动能力，从而减少孔洞等焊

接缺陷的产生。当对同种金属进行

焊接时，外部电阻辅热能够扩大焊核

区的尺寸，进一步优化焊缝的成形。

以 20 mm 厚的 2024–T4 铝合金轧制

板材为例，对其进行预热至特定的温

度区间（20~80 ℃），如图 1 所示 [1]，焊

核区的宽度、高度和面积均呈现先增

大后减小的趋势；在 40 ℃的预热温

度下，焊核区的尺寸达到最大，焊缝

的成形质量最佳。但需要注意，过高

的预热温度可能导致塑性金属向上

部高温区迁移，进而产生疏松缺陷。

对于 2.5 mm 厚的 Ti–6Al–4V 合金，

采用背部加热工艺同样能够有效减

小温度梯度和内部应力，不仅降低了

接头底部出现撕裂缺陷的概率，还减

少了搅拌头的磨损 [2–3]。

异种金属 FSW 方面，在对 20 mm
厚的 5A06 铝合金和 AZ31B 镁合金

焊接时，背部加热工艺在增加焊核区

面积的同时，也会促进大量金属间化

合物 Al12Mg17 和 Al3Mg2 脆硬性相生

成，较常规 FSW，提高了焊缝接头的

硬度，但拉伸强度有所降低 [4]。

1.2　电弧辅热

电 弧 辅 助 搅 拌 摩 擦 焊（Arc 
assisted friction stir welding，AAFSW）

运用等离子弧或 TIG 电弧装置来预

热和软化待焊区材料，从而获得更佳

的焊接效果 [5]。在焊接 AM60/AZ31
镁合金板材的试验中，研究人员发

现，在接头的抗拉强度和屈服强度不

变的情况下，电弧引入后的接头延伸

率提高了 57% 左右 [6]。这一显著提

升进一步证明了 AAFSW 在提高焊

接质量和性能方面的有效性。

AAFSW 作为辅助热源在异种

金属的焊接中发挥了重要作用。它

通过增加焊接热输入增强材料的塑

性流动，有效提高了接头的强度和

延伸率。对于铝 / 钢这种异种金属

的连接，由于钢的硬度较高、流动性

较差，传统的 FSW 难以达到理想焊

接效果 [7]。为了解决这一问题，研究

人员采用电弧作为辅助热源。许惠

斌等 [8] 在 3 mm 厚的 2024 铝合金与

Q235 钢的 FSW 中，引入钨极氩弧焊

作为辅助热源；试验结果如图 2 所

示，随着电流的增加，金属间化合物

层（IMCs）厚度并未因电弧的加入

而明显变厚，接头的抗拉强度呈现先

增大后减小的趋势；此外，部分钢与

焊核区的铝形成了“钩连”结构，这

增强了接头间的机械咬合力；当电

流值为 60 A 时，接头的强度达到最

图 2　有无电弧的接头界面宏观形貌和微观形貌 [8]

Fig.2　Macroscopic and microscopic morphology of the joint interface with or without arc [8]

图 1　不同辅助加热温度条件下的焊缝横截面形貌 [1]

Fig.1　Cross sections of welds produced at different assisted preheating temperatures[1]

ASRS ASRS

ASRS ASRS

（a）T=20 ℃ （b）T=40 ℃

（c）T=60 ℃ （d）T=80 ℃

ALZ

ANZ Hr HaW
5 mm 5 mm

5 mm 5 mm
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大值 301 MPa。
在另一项研究中，Bang 等 [9] 在焊 

接 3 mm 厚的铝合金（Al 6061–T6）和

不锈钢（STS304）时，也采用了 TIG
电弧作为辅助热源。试验结果显示，

电弧的加入增强了不同材料的塑性

流动和部分退火效应，使焊缝的伸长

率显著增加，再结晶晶粒尺寸略有减

小。最终，接头的抗拉强度达到了母

材的 93%，远高于传统的 FSW 焊缝

的抗拉强度。

此外，根据焊缝两侧材料的熔点

性能不同，还可以将电弧偏置进行不

对称加热，进一步优化焊接效果，提

高接头的质量和性能。

1.3　激光辅热

激光辅助搅拌摩擦焊（Laser-
assisted FSW，LAFSW）利用激光能

量对母材或搅拌头进行局部预热，如

图 3 所示 [10]，通过提前软化母材和预

热搅拌头，增加了整体热输入，有助于

降低轴向力和减少搅拌头的磨损。此

外，LAFSW 还能细化晶粒、减小应力

和孔洞缺陷，显著提高焊接质量。相

比传统的 FSW，激光辅助技术提供了

更高的灵活性和精确度，能够更好地

控制热输入和焊接过程。这种技术适

用于各种材料和复杂结构的焊接。

Campanelli 等 [11] 运用 LAFSW 对

5754H111 铝合金板进行焊接。通过

对比分析，发现采用 LAFSW 技术焊

接的铝合金板焊缝处晶粒更加细小，

纵向残余应力降低了约 40 MPa，显
著改善了铝合金的焊接性能。

在学者们的努力下，LAFSW 研

究取得了更多成果。有研究发现，作

用在工件上的激光能量的预热效果，

对于位置存在明显的依赖性。在焊

接厚度为 2 mm 的中碳钢（S55C）板

时，激光施加在工件的后退侧，能明

显减少缺陷形成；激光照射在工件

的前进侧，可有效降低搅拌头的旋

转扭矩 [12]。对于异种金属，激光偏

移距离直接影响焊缝成形，距离不

足和过大都会导致表面空隙缺陷和

IMCs 层厚度的改变。Fei 等 [13] 在焊

接 6061–T6 铝合金和纯铜时，发现

激光辅助有助于减少金属间化合物

的形成，激光偏移距离为 2 mm 时，

IMCs 层厚度被控制在约 1 μm，减少

了刀具磨损，增强关节抗拉强度。

当激光能量作用于搅拌头上时，

可以迅速预热搅拌头。这种预热能

量随后传递到焊缝区域，使焊缝温度

迅速升高。许辉等 [14] 在对 6061–T6
铝合金进行焊接时，采用了激光同轴

复合搅拌摩擦焊技术；试验结果显

示，这种方法显著提高了焊缝金属的

软化程度，但并未改变焊缝横截面组

织的分布。

LAFSW 在铝合金、钢等异种金

属的焊接中展现了巨大的潜力，但仍

需进一步研究与优化。针对不同材

料，需要仔细探究激光功率、加热位

置与各种焊接参数之间的最佳配合

关系。此外，解决被焊板材的反光问

题及降低能源浪费也是未来研究的

重要方向。

1.4　工件通电辅热

工 件 通 电 辅 热 搅 拌 摩 擦 焊

（Electrically assisted friction stir 
welding，EAFSW）利用高强度电流

引起工件软化，如图 4 所示 [15]，这种

方法常用于异种金属的焊接，因为它

能够克服传统 FSW 中轴向力过大、

材料塑性流动不足等问题。在工件

表面施加连续的直流电（DC）或交

流电（AC），通过电塑性效应和焦耳

加热的协同效应，有助于改善内部组

织 [15]。这不仅能提高焊接效率，还

能使接头具有更接近基材的硬度值，

并有效抑制脆性金属间化合物的生

成。Chowdhury 等 [16] 发现，以直流

电作为二次热源时，热输入效果更

好，焊接效率更高。这意味着直流

电在焊接过程中能提供更稳定和高

效的热输入，从而提高焊接质量和效

率。

Liu 等 [15] 设计了一种电辅助加

热搅拌摩擦焊系统，对 1.4 mm 厚的

Al 6061 与 TRIP 780 钢进行焊接；这

图 3　激光辅助加热 FSW 原理 [10]

Fig.3　Schematic of laser-assisted FSW[10]

图 4　通电辅助 FSW 示意图 [15]

Fig.4　Schematic of electrically assisted FSW[15]
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一系统的特点是，不使用搅拌头作为

电极，而是通过给工件通入高达 560 
A 的连续直流电来进行焊接；试验

结果显示，EAFSW 显著减小了轴向

焊接力，并增强了 Al–Fe 界面处薄层

金属间化合物和微互锁特征的形成；

这种工艺有效抑制了脆性 IMCs 中

裂纹的产生和扩展，从而提高了焊接

区的硬度值；当使用直流电搭接 Al 
6061 到 TRIP 钢时，发现在前进侧的

Al–Fe 界面上形成了厚度小于 1 μm
的 FeAl 或 Fe3Al 的 IMCs；这一发现

表明，通过电辅助加热，可以有效减

小 IMCs 的厚度，从而提高接头搭接

的剪切强度。然而，Shaffer 等 [17] 采

用电流密度为 10 A/mm2 的 DC 电流

焊接 Al 6061–T651 与低碳钢时，发

现 EAFSW 只改善了组成材料之间

的材料流动，并未提高接头强度。

直流电流的大小对于接头力学

性能也有一定的影响。Chen 等 [18]

在 6 mm 厚 2219 铝合金母材上施加

了 0~600 A 的直流电，发现随着电流

的增加，温度上升，热输入更加充分，

铝合金的流动性有所增加，使接头面

积增大；同时，细化了沉淀物 Al2Cu，
使其分布更加均匀，焊区的整体硬

度、抗拉强度得到显著提高，如图 5
所示。但是，对于高强度异种材料的

连接，随着电流的增加，电阻热增大，

接头硬度值略有降低 [19]。

EAFSW 为异种金属的焊接提供

了一种有效的解决方案，特别是对于

需要高效率和高硬度的应用场景，利

用工件自身的电阻效应来改善塑性

流动，相对于外部电阻辅热，效果更

佳。但是，该技术只能运用在导电材

料的 FSW 中，试验过程中通电的安

全问题也需要注意。未来的研究可

以进一步探索该技术在更多材料和

复杂结构上的应用潜力。

1.5　电磁感应辅热

电磁感应加热辅助搅拌摩擦焊

（Induction heating assisted friction stir 
welding，IHAFSW）是一种利用电磁

感应原理对待焊材料进行加热，达到

软化材料、降低材料流变抗力的焊接

方法 [5]。如图 6 所示 [20]，当电流流

经感应器线圈时会产生磁场，该磁场

会使导电材料感应出涡流，这种电子

流动会在工件上产生大量热，从而达

到加热工件的目的 [21]。

具体来说，局部感应加热在焊接

过程中发挥的作用表现在以下3点。 
（1）降低塑性变形阻力。通过感应

加热，材料得以软化并易于塑性变

形，从而减小了轴向力。 （2）细化晶

粒。感应加热能够促进材料的动态

再结晶，生成更加细小的等轴晶粒。 
（3）提高接头强度。由于降低了轴向

力和摩擦热，金属间碳化物颗粒的尺

寸增加，从而提高了焊缝强度。

Raj 等 [22] 在焊接 3 mm 厚的  
Inconel718 合金时发现，较常规 FSW，

IHAFSW 下搅拌区的硬度从 250HV
提高到 370HV，接头极限抗拉强度

达到了母材的 98.8%。这表明感应

加热在提高焊缝强度方面发挥了重

要作用。然而在对 8 mm 厚 2219 铝

合金板材进行焊接时，虽然感应加热

有效降低了纵向残余应力峰值，并促

使焊核区晶粒实现动态再结晶，但

接头微观组织和力学性能的变化并

不明显 [23]。这表明感应加热对不同

材料的影响有所区别。对于异种金

属，感应加热还可以起到提高接头拉

伸率的作用。在焊接 AA5052 铝合

金与 X12Cr13 不锈钢时，由于金属

发生了部分退火，感应加热有效提高

了焊缝区的塑性流动，增长了焊缝区

域，增强接头延展性，还获得了结构

更加精细的重结晶晶粒 [20]。Kaushik
等 [24] 在焊接工业纯铝和低碳钢时，

利用铝的非磁性，选择性感应加热钢

板，发现焊缝区域没有明显的金属间

层，接头的延伸率提高了约 34%；但

是由于总体热量增加，引起 Al 基质

图 5　0~600 A 下 FSW 接头的拉伸性能 [18]

Fig.5　Tensile properties of FSW joints at 0–600 A[18]

图 6　感应加热 FSW 示意图 [20]

Fig.6　Schematic diagram of IHAFSW[20]
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软化，降低了接头强度。Mohan 等 [20]

也发现 IHAFSW 会引起铝 / 钢接头

显微硬度和抗拉强度降低。

IHAFSW 通过降低塑性变形阻

力、细化晶粒和提高接头强度等方式

优化了焊接过程。然而，对于不同的

材料及其厚度的差异，效果会有所不

同，并且在实际焊接过程中能量利用

率较低，只用于加热工件，并没有充

分发挥出磁场的优势。在实际应用

中，需要根据具体的材料和工艺要求

进行优化和调整。

外部热量辅助搅拌摩擦焊，是在

焊接过程中通过增加热输入来提高

性能。对于某些材料来说，此种方式

会因双重热效应不可避免地削弱接

头性能，并且在实际的工业应用中需

要考虑效益与成本（试验装置搭建、

能量的利用率等）。所以在选择外部

热量辅助方式时，需要考量不同的焊

接需求和材料特性，如表 1 所示。

2　冷场辅助搅拌摩擦焊

当焊缝的热输入过高时，会导致

接头冷却速度降低，进而产生较宽的

热影响区，并恶化接头的力学性能。

适当降低焊接热输入并提高冷却速

度，可消除搅拌区的微孔缺陷、减小

热影响区的宽度，有助于获得具有良

好力学性能的焊接接头。根据不同

的冷源，冷场辅助的方式可以分为 3
种：水冷 / 水雾冷却（WF–FSW）、液

态 CO2/ 液氮冷却（CF–FSW）和空气

强制冷却（AF–FSW）。

冷场辅助法是 FSW 中增强接头

性能的关键技术。通过提高搅拌区

的冷却速度，有效抑制“焊后退火”

现象产生，减少了热循环导致的接头

软化效应 [25]。此技术利于细化晶粒、

优化焊缝表面成形，并全面提升接头

的性能，为焊接工艺的进一步发展和

优化提供了有力支持。汪虎等 [26] 研

究了不同冷却介质条件下 7075 铝合

金的 FSW 接头组织和性能，发现在水

下焊接 3 mm 厚的 7075 铝合金板材

时，热影响区明显较窄，焊缝表面质量

更优，焊核区和热影响区的晶粒更为

细小。此外，液态 CO2/ 液氮作为冷

却剂展现出卓越的冷却能力，能在相

同时间内带走更多热量。在液态 CO2

冷却条件下，对 4 mm 厚的 7075–T6
态铝合金板进行焊接，显著提高了冷

却速率，有效避免了“焊后退火”，降

低了焊缝各区域的温度，并获得更细

的晶粒 [27]，同时接头的强度、硬度和

塑性都得到提升。许楠等 [28] 采用液

氮冷却方法对 2 mm 厚的 H70 黄铜

进行焊接时，发现液氮冷却有效抑

制了由焊后余热带来的退火软化，

搅拌区的抗拉强度较母材提高了

58%。

对于异种金属焊接，较高的冷却

速率会抑制晶粒生长，提升接头的力

学性能，提高焊接效率，减小 IMCs
厚度。相较于传统 FSW，在水下

焊接 6 mm 厚的 AA6061 铝合金和

AZ31B 镁合金时，生成的 IMC 更少，

接头的抗拉强度由 128 MPa 提升至

182 MPa，接合效率由 51% 提升至

73%，但因为生成的部分 IMC，导致

接头的伸长率降低 [29]。在液态 CO2

冷却辅助下，进行 AA6065 合金和铜

搭接，冷却介质吸收并带走了焊接区

多余的热量，有效降低了焊接过程中

达到的峰值温度 [30]。

不同的冷却介质的冷却能力不

一样，使得接头性能、晶粒大小、IMCs
厚度也有所区别，如表 2 所示 [31]。在

焊接 AA3003 铝合金和 A441 AISI
钢金属板时，采用液态 CO2、强制水

和强制空气 3 种不同的冷却介质与

传统 FSW 进行比较，发现液态 CO2

冷却速率最高，接头具有最高的硬

度，晶粒尺寸最小，IMCs层厚度最小。

较低的冷却速率会引起 IMCs 增厚，

得到更多的脆性，WF–FSW 的 IMCs
厚度最佳，样品具有最佳的强度。

表 1　不同外部热量辅助方式优缺点及工件特点

Table 1　Advantages and disadvantages of different external heat-assisted methods and the characteristics of workpiece

外部热量辅助方式 优势 应用材料及特点 独特优势 缺点

外部电阻辅热

减小温度梯度；
改善塑性金属
的流动能力；
减少孔洞等焊
接缺陷；细化
晶粒；提升
接头性能

适用于厚板连接； 20 mm厚的 2024–T4铝合金、
20 mm 厚的 5A06 铝合金和 AZ31B 镁合金等

装置简单；减小厚度方向的
温度梯度，改善底部缺陷

热量通过接触传递，受热
不均匀；焊接区域有限

激光辅热
5754H111 铝合金板、2 mm 厚的中碳
钢（S55C）板、6061–T6 铝合金和纯铜、

6061–T6 铝合金等

激光具有更高的灵活性和
精确度，能够更好地控制

热输入
材料反光，激光利用率不高

电弧辅热
适用于铝钢连接； 3 mm 厚的 2024 铝合金与
Q235 钢、3 mm 厚的铝合金（Al6061–T6）和

不锈钢（STS304）等

可以显著提升材料的延伸
率；电弧偏置可随时进行

不对称加热

在异种材料 FSW 中，引起
IMC 层增厚

工件通电辅热
适用于异种金属连接； 1.4 mm 厚的 Al 6061 与

TRIP 780 钢、Al 6061–T651 与低碳钢等
DC 作用下焊接效率更高；
有效减小 IMC 层厚度

不适用于非导电材料；试验
装置搭建复杂

电磁感应辅热
3 mm 厚的 Inconel718 合金、8 mm 厚 2219 铝合

金板、AA5052 铝合金与 X12Cr13 不锈钢、
工业纯铝和低碳钢

显著提升接头的延展性
电磁能量利用率低；不适用

于非导电材料
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3　超声辅助搅拌摩擦焊

超声辅助搅拌摩擦焊（Ultrasonic 
assisted friction stir welding，UAFSW）

利用超声振动为金属微粒提供能量，

产生高频振动，从而加剧金属微粒的

热运动。这种方法显著减小了金属的

变形阻力，有助于解决传统 FSW 中遇

到的焊接载荷大、搅拌头易磨损、焊接

效率低和接头质量差等问题。在较低

的温度下，UAFSW 能够为被焊工件

提供足够的热输入，促使材料塑化并

充分混合，形成高质量的接头。因此，

UAFSW 展现出巨大的应用潜力。

近年来，众多学者致力于研发各

种新型的超声振动复合搅拌摩擦焊

接工艺，通过各种方式将超声振动有

效地施加到焊接过程中。根据超声

振动能量的施加位置，超声辅助可分

为将超声振动施加于搅拌头和施加

于工件两种方式。

3.1　超声能量施加于搅拌头

超声振动施加在搅拌头上方向

不同所产生的效果也不相同，振动能

量可横向作用于搅拌头，也可轴向作

用于搅拌头。

3.1.1　超声振动横向作用于搅拌头

超声能量通过轴承滚珠作用于

搅拌头，再由搅拌头传递至工件的焊

接区域，如图 7 所示 [32]。在焊接过

程中，搅拌头一边高速旋转，一边沿

垂直焊接方向振动。

这种振动和旋转的复合作用，有

助于细化晶粒、减小轴向载荷，并促

进材料流动，从而提高焊接质量和效

率。Park[33] 首次实现了 UAFSW，以

横向施加超声振动的方法对 6061 铝

合金板进行对接，施加超声后，轴向

载荷明显降低，材料流动更加剧烈，

搅拌头后方的空腔被有效填充。这

表明超声振动在 FSW 中起到了关

键作用，能够显著改善焊接效果。对

于异种金属的焊接，例如 3 mm 厚的

2A12 铝合金和 AZ31B 镁合金，超声

振动的作用更加明显；超声振动促

进了晶粒的再结晶，使焊核区晶粒尺

寸明显细化；特别是在铝侧的中下

部和镁侧的底部，晶粒细化效果更加

显著；然而，由于镁合金晶粒发生了

更加完全的再结晶行为，减弱了晶粒

的取向性，导致镁侧不同区域的织构

强度都有所降低 [32]。尽管如此，超

声振动仍然为异种金属的焊接提供

了有效的解决方案。

当然，这种方法也存在一定局限

性。在焊接过程中，横向的高频振动

容易使搅拌头疲劳受损，寿命缩短，

超声能量在传递过程中也会使能量

沿轴向比较严重地施加在搅拌头上，

导致高频振动与搅拌摩擦的复合损

失，且能量不能直接传递到焊缝，对

底部未焊透缺陷改善并不明显 [5，34]。

3.1.2　超声振动轴向作用于搅拌头

超声振动沿轴向作用，可强化

焊缝中下部金属的流变能力，如图 8

图 7　超声横向施加于搅拌头 [32]

Fig.7　Ultrasonic is applied to the stirring head along the horizontal direction[32]

图 8　超声沿着轴向施加于搅拌头 [35]

Fig.8　Ultrasonic is applied to the stirring head along the axis[35]

表 2　不同冷却条件下 AA3003 铝合金和 A441 AISI 钢的焊接参数对比 [31]

Table 2　Comparison of welding parameters of AA3003 aluminum alloy and A441 AISI steel 
under different cooling conditions[31]

焊接方式 冷却介质 Al 侧峰值温度 /℃ IMCs 层数 IMC 层厚度 /μm 表面流动环径 /mm

冷场辅助
FSW

液态 CO2 430 1 2.1 2.2

水 / 水雾 480 2 3.0 2.0

强制空气 500 3 3.6 1.7

常规 FSW — 505 3 4.0 1.3

Amplitude transformer

Pin

Transducer

Downward
force

Retreating side

Advancing side



20 航空制造技术·2024年第67卷第10期

专  稿 FEATURE FEATURE 专  稿

Rotating direction

N

Welding direction

RS AS

Workpiece ⅡWorkpiece Ⅰ

Magnetic f lux Downwards f low by
magnetic f lux stirring

S S

Joint line
Backing plate

所示 [35]。这种方式可以有效改善焊

缝底部的缺陷，降低纵向残余应力，

并提升接头的性能。此外，超声振动

还能确保能量的高利用率 [36]。

贺地求等 [37] 在焊接 3 mm 厚的

2219–T87 铝合金板时，发现超声的

引入使材料的上下流动性得以改善，

增大了焊缝底部横截面尺寸，同时能

有效抑制焊缝底部缺陷的形成。相

比常规 FSW，接头的平均抗拉强度

提高了 8.48%。

采用超声辅助，可以减小铝合金

薄板焊接中不均匀的温度场和流变

场所产生的残余应力。对 1.8 mm 厚

的 2024–T4 铝合金进行焊接时，在转

速 1200 r/min、焊速 160 mm/min 的

参数下引入超声，残余应力分布更加

均匀，纵向残余应力比常规 FSW 平

均降低了 38 MPa（28.5%），提高了

焊件的整体性能 [35]。

轴向施加超声振动的方式可以

使超声振动充分作用到焊缝底部，但

焊接时作用于搅拌针的超声振动会

与轴向压力发生一部分抵消。

3.2　超声能量施加于工件

为了解决上述两种工艺存在系统

复杂、适应性不强等问题，武传松等 [38]

提出了将超声振动通过工具头直接

施加在搅拌头前方的待焊工件上。

Liu 等 [39–40] 对 3 mm 厚的 2024 铝合

金分别进行常规 FSW 和 UAFSW 的

对比研究，发现 UAFSW 的主轴扭矩

和焊机平均输出功率均较低，超声的

作用效果在低热输入条件下更加显

著。通过测试发现，超声还可以提高

接头的拉伸性能，在高转速下尤为明

显。

在焊接 6 mm 的 AZ91–C 镁合金

时，超声振动极大提高了 FSW 接头

的力学性能。较常规 FSW，UAFSW
使抗拉强度和硬度分别从 195 MPa
和 79HV 增加到 225 MPa 和 87HV，

平均粒径从 4 μm 细化至 1.8 μm[41]。

对于异种材料，超声振动能够

降低脆性金属间化合物层的生长速

率，提升界面各层的抗拉强度。吴程

浩 [42] 在研究 UAFSW 时选用 2024–
T3 铝合金和 Q235 碳素结构钢，发现

较常规 FSW，施加超声振动显著改

善了焊缝表面成形质量；沿板厚方

向，各层抗拉强度均得到提升，界面

上层晶粒由 2.7 μm 细化至 1.8 μm，

中层脆性金属间化合物层厚度由

1.71 μm 减薄至 0.90 μm，下层促进了

钩状结构向焊缝底部的延伸，形成高

强度的机械互锁；此外，超声振动还

降低了峰值温度和轴向载荷，但接头

底部仍存在部分未焊透缺陷。刘震

磊 [43] 在研究航空 Al/Mg 材料 FSW
时，将超声装置置于待焊板材下方，

增加了焊缝根部金属的材料流动行

为，发现可减小甚至消除焊缝底部未

焊接缺陷。

综上，超声施加于搅拌头上，可

以有效减小轴向载荷和残余应力，在

焊接载荷上的作用更大；超声施加

于待焊工件上，超声的利用率更高，

搅拌头的磨损更小，晶粒细化更加明

显，拉伸性能更佳。

在 UAFSW 领域，诸多学者的研

究都发现了超声的积极效果，包括有

效降低焊接载荷；增强金属流动性，

避免缺陷的产生；拓宽焊接工艺参

数窗口以及提高接头性能。然而，声

致效应机理虽然得到了一些探索，但

目前仍然停留在理论阶段，目前尚无

学者提出较为体系化的观点。因此，

UAFSW 过程中超声对材料的作用

机制有待进一步研究。

4　磁场辅助搅拌摩擦焊

磁场辅助搅拌摩擦焊（Magnetic 
assisted friction stir welding，MAFSW）

主要基于电磁学理论，其核心原理

在于利用电磁感应产生的电磁力和

热效应，加强焊缝区域塑性金属的

搅拌作用（图 9[44]），进而细化焊核区

的晶粒，并促进焊缝塑性金属的流动

性。这有效改善了焊缝内部的成形

情况，对接头焊接质量的提升起到了

积极作用。与 IHAFSW 相比，此技

术不需要在焊接区域通电，磁场指

向作用区域更精准，同时提高了安

全性。

MAFSW 在改善焊接缺陷方面

具有显著效果。在 FSW 过程中，造

成接头内部缺陷的主要原因在于焊

缝区域塑性金属流动不充分和热输

入不足，使得塑性状态的金属体积减

少。而磁场辅助能够保证热输入的

同时，有效促进金属塑性流动，从而

有效控制焊接内部缺陷。根据电磁

感应原理，焊缝内部金属粒子受到明

显的电磁力作用，有助于驱散金属杂

质粒子，避免堆积现象，进一步改善

焊接缺陷。张皓 [45] 设计的同轴旋转

磁场辅助（HR–FSW）焊接装置在特

定条件下焊接 1 mm 厚的 6061–T6
铝合金薄板时，发现磁场作用使得前

图 9　磁场辅助超高速搅拌摩擦焊接原理图 [44]

Fig.9　Schematic diagram of magnetic field-assisted ultra-fast friction stir welding[44]
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进侧杂质金属堆积及“S”线等焊接

缺陷得以消除。李志鹏 [46] 在研究永

磁体涡流耦合接头成形时也发现，施

加的汇聚电流和电磁搅拌力能有效

增强不锈钢的塑化效果，形成微观结

构中的钩状结构，从而提高 316L 不

锈钢的延展性，抑制显微组织缺陷的

形成。

MAFSW 在促进晶粒细化方面

也有显著效果。在搅拌和磁场的协

同作用下，FSW 焊接过程中金属的

原子层会产生滑动，从而提高金属在

搅拌摩擦焊缝内的迁移率。这增强

了单位体积塑化金属之间的碰撞与

摩擦，促使焊核区形成更为精细的

等轴颗粒。Chen 等 [44] 设计了跟随

搅拌头旋转的磁场辅助装置，在特定

条件下焊接 1 mm 厚的 6061–T6 铝

合金时，发现焊缝晶粒明显细化，焊

核区平均晶粒尺寸由 6.54 μm 减小

到 4.96 μm，并观察到精细的等轴晶

体团簇的存在。李志鹏 [46] 在研究中

也发现焊核区的晶粒得到了显著细

化。

MAFSW 能显著提高接头的力

学性能。根据霍尔 – 佩奇原理，力学

性能与材料晶粒尺寸密切相关。晶

粒尺寸越细小，力学性能越高。施加

磁场后，接头焊核区中的晶粒尺寸

较常规 FSW 接头焊核区更为细小、

组织更加均匀，磁场起到细晶强化

的作用。张皓 [45] 发现在特定条件下

常规 FSW 和 HR–FSW 下接头的轴

肩作用区和搅拌区显微硬度曲线呈

现出“W”型，且接头抗拉强度随焊

速增加都呈现出“先升高后下降”的

趋势；但两者对比，施加磁场后，接

头各区域的硬度和抗拉强度明显更

优。

总体而言，MAFSW 在改善焊接

缺陷、促进晶粒细化以提高接头性能

方面展现出显著的优势。未来研究

可以进一步深入探索磁场辅助在焊

接过程中的作用机制，以期在更广泛

的领域发挥其潜力。

5　展望

热量辅助搅拌摩擦焊在对能量

的利用率以及双重热循环的控制方

面，还需要深入的研究，这将使得对

能场作用机制的理解更加深入。

超声辅助搅拌摩擦焊对于声致

效应机理虽然进行了一些探索，但依

然停留在理论阶段，超声振动如何控

制脆性金属间化合物层的种类和厚

度，目前尚无学者提出较为体系化的

观点。因此，UAFSW 过程中超声对

材料的作用机制有待进一步研究。

磁场辅助作为一种全新的外部

能场辅助方法，已被初步证明辅助焊

接的可行性，对于该领域还需要有更

深层次的理论与试验研究。这将有

助于开发出更加高效可靠的焊接工

艺，磁场辅助搅拌摩擦焊技术有望在

更广泛领域得到应用。

6　结论

本文通过综述外加能量辅助搅

拌摩擦焊的研究进展，得出以下结

论。

（1）通过整理近年来在预热、冷

却、超声、磁场的辅助作用下，对同种

或异种材料 FSW 焊接工艺、材料流

动、焊缝力学性能、表面形貌、微观结

构影响的研究，证实了外部能场的加

入对于 FSW 有积极的影响。

（2）通过控制焊接能量的输入，

塑性变形阻力有所降低，接头强度及

延展性有所改善，焊接效率得到提

高。

（3）部分外加能场辅助 FSW 方

式的弊端明显，复杂程度和接头力学

性能的提升效果不成正比，如装置搭

建方式复杂、能量难以控制及利用率

低，因此相关技术实现工程化应用还

需要进一步优化。
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Review of External Energy Field Assisted Friction Stir Welding

CHEN Shujin, ZHANG Shuai, ZHANG Rongzhou, LI Zhihao, LI Moqi, LIU Jianhua
(School of Materials Science and Engineering, Jiangsu University of Science and Technology, Zhenjiang 212100, China)

[ABSTRACT]　External energy field assisted friction stir welding (FSW) is an improved solid-phase welding method 
that is widely used in aerospace, automotive manufacturing, and energy industries. By introducing external energy, the 
microstructure and properties of the joint can be improved, thereby enhancing the welding quality and efficiency. This 
article classifies external energy field-assisted FSW techniques, summarizes the selection and control of energy fields, 
optimization of process parameters, and summarizes the effects of external energy fields on welding temperature, axial load, 
and joint microstructure and properties. Finally, this article summarizes the future development trends of external energy 
field-assisted FSW technology.
Keywords: Friction stir welding (FSW); External energy field methods; Joint performance; Grain refinement; Axial loading; 
                   Temperature gradient
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搅拌摩擦焊接（Friction stir 
welding，FSW）是一种新型的固态

连接技术，由英国焊接研究所（TWI）
在 1991 年发明 [1]，由于具有焊接温

度低、接头残余应力小、焊接工件变

形小等优点，迅速在航空航天领域得

到广泛应用。随着人类探索太空能

力的拓展，重型运载火箭将成为载人

登月和深空探测等长期发展规划的

基础运载工具，其燃料贮箱直径将达

到 10 m，贮箱壁厚也将从 8 mm 增大

到 18~30 mm。随着焊接板厚的增

加，FSW 任务表现出了搅拌头受力

过大、设备承载能力不足等问题 [2–3]，

这些问题对 FSW 装备自身的承载能

力提出了更高的要求，同时也亟需探

索新的工艺形式。

目前常用的 FSW 装备主要有 4

种：普通机床改造、专用 FSW 装备、

串联构型机器人装备和并混联构型

机器人装备 [4]，而机器人搅拌摩擦焊

技术以高灵活性和复杂结构件加工

的适应能力成为近年来的重要发展

方向 [5]。并混联构型装备相比于其

他构型装备，具有较高的轴向刚度，这

与 FSW 的高顶锻力相匹配；同时还

具备误差累积小、运动对称性高、动态

响应好、便于模块化设计等优点 [6–7]，

适合完成 FSW 加工任务。

在中厚板 FSW 中，通常采用的

工艺为单侧一次焊接直接成形，或者

单侧焊接 – 翻转 – 单侧焊接的双面

先后成形方法。Ma 等 [8] 采用单侧

直接成形的工艺，发现焊缝底部强度

较低。秦丰等 [9] 采用双面先后成形

加工 25 mm板厚的 6082–T6铝合金，

双机镜像搅拌摩擦焊顶锻力变化规律与
影响因素研究*

倪雁冰 1，刘　武 1，高康歌 1，赵慧慧 2，董吉义 2，孟少飞 1，肖聚亮 1，刘海涛 1

（1. 天津大学机构理论与装备设计教育部重点实验室，天津 300354；
2. 上海航天设备制造总厂有限公司，上海 200245）

[ 摘要 ]　随着搅拌摩擦焊板厚增大，设备承载能力无法满足单侧搅拌摩擦焊的高顶锻力要求，因而难以形成质量良

好的焊缝。为了降低设备所受顶锻力，本文提出了一种双机镜像搅拌摩擦焊工艺方法，研究了工艺过程中顶锻力的

变化规律和影响因素，并验证了该工艺的可行性和优越性。首先，建立热力耦合的有限元仿真模型，得到顶锻力随板

厚的变化规律，同时得到了双机镜像搅拌摩擦焊工艺能够减小顶锻力的结论；之后，建立顶锻力估计模型，并基于数

据驱动对模型进行试验修正和验证，实现无传感器的顶锻力监测；最后，在搭建好的试验平台样机上开展了镜像焊

接试验、3 组工艺参数的多因素试验及单侧搅拌摩擦焊对比试验，得到顶锻力随时间的变化规律和工艺参数的影响，

验证了双机镜像搅拌摩擦焊工艺可以减小搅拌头所受顶锻力、降低设备承载能力需求的作用。
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得到了致密的焊缝。Nath 等 [10] 对

单双面 FSW 进行对比，发现双面成

形在抗拉强度和弯曲强度方面更优。

一次焊接成形由于扎入深度更大，需

要焊接设备能够承载较大的顶锻力，

目前仅有部分专用 FSW 装备能够胜

任；双面先后成形则需要更多工序，

加工时间长，且对于大型复杂工件的

可行性差 [11]。镜像 FSW 是一种面

向中厚板 FSW 的新焊接工艺，不需要

垫板提供刚性支撑，两搅拌头镜像布

置，互为支撑，每个搅拌头只需焊接一

半厚度的材料，能显著降低顶锻力 [12]。

为了降低设备承载能力以及提高

焊接效率，本文提出了双机镜像搅拌

摩擦焊（Dual-robot mirror friction stir 
welding，DMFSW）工艺。DMFSW
工艺的主要技术特点包括： （1）两台

带有长行程进给单元的 3–PRS 构型

混联机器人装备镜像布置在工件两

侧； （2）两侧装备同时作业，镜像进

给，两侧搅拌头互为支撑，互为热源，

完成 FSW 工艺过程。

顶锻力测量主要分为直接测量

和间接测量两种方式。直接测量是

通过安装力传感器采集作用在搅拌

头上的载荷 [13–14]，力传感器虽易于获

得顶锻力信息，但是受噪声影响大，

且成本较高 [15] ；间接测量方法不直

接测量顶锻力，而是通过采集电机

扭矩的数据，通过机器人的雅可比

矩阵计算所受顶锻力 [16–17]。考虑到

DMFSW 工艺导致两侧顶锻力相互

抵消，无法使用力传感器直接测量，

需要采用间接估计的方式获取顶锻

力。但是由于存在顶锻力模型的不

确定性，估计精度较低 [18]，需要对

顶锻力模型进行修正以提高估计精

度。

本文依托国家重点研发计划专

项，针对 DMFSW 工艺过程顶锻力

的变化规律与影响因素开展了研究。

首先，利用热力耦合仿真模型得到了

DMFSW 顶锻力的变化规律，以及板

厚变化对顶锻力的影响；其次，利用

混联装备的静力学模型建立了顶锻

力估计模型，并基于数据驱动对模型

进行试验修正和验证，实现了无传感

器的顶锻力间接测量；最后，在搭建

的试验平台样机上开展了一系列试

验，探究了顶锻力随时间的变化规律

和工艺参数的影响，并与单侧 FSW 对

比验证了 DMFSW 工艺可以减小顶

锻力、降低设备承载能力需求的作用。

1　DMFSW 工艺顶锻力建模
      分析

1.1　DMFSW 工艺机理探究

DMFSW 焊接过程如图 1 所示，

与单侧 FSW 相比，DMFSW 不需要

使用垫板提供刚性支撑，而是采用

两侧搅拌头相对于工件镜像布置的

方式完成焊接，使用工装夹具压紧

工件提供定位，两侧搅拌头互为支

撑。DMFSW 过程中，两侧搅拌头由

两个主轴分别提供转速，保持一定的

倾角，并满足镜像位置约束关系，在

两台混联装备的带动下同时压入，之

后镜像进给，一次性完成全部焊接过

程，无需重复装夹。同时搅拌头只需

扎入一半的板厚，两侧搅拌头互为支

撑，将顶锻力转化为工具间的内力，

因此可以使用尺寸更小的搅拌头，所

需的顶锻力近似减半，减小了对装备

的承载要求。此外，两侧搅拌头单独

控制，能够实现同向、异向、差速驱

动，便于实现工艺的综合调控。

通过有限元方法建立 DMFSW
热力耦合仿真模型，对 DMFSW 工

艺过程中顶锻力的变化规律进行研

究。采用流固耦合（Coupled eulerian 
lagrangian，CEL）方法，能够有效避

免焊接过程中的工件大变形导致的

网格畸变。将搅拌头设置为拉格朗

日体，工件模型设置为欧拉体，在焊

接阶段利用工件的欧拉体流动模拟

搅拌头和工件之间的相对运动，如图

2 所示。

首先要设置材料属性，并确定

工件的本构模型。为了保证与试验

结果的匹配，材料上选择 AA6061–
T6 铝合金，化学成分如表 1 所示，材

料特性随温度变化如表 2 所示 [19]。

本构模型可以表示材料流变应力

和应变、应变率及温度之间的关系，

本文采用如式（1）的应变补偿修正

Arrhenius 本构模型对材料流变应力

图 1　DMFSW 过程示意图

Fig.1　Schematic diagram of DMFSW
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表 3　本构方程应变补偿系数

Table 3　Constitutive equation strain compensation coefficient

α n Q lnAr

BαAr0
0.014 BnAr0

9.9 BQAr0
72.43 BLAr0

14.6

BαAr1
–0.1 BnAr1

–17.2 BQAr1
1329.21 BLAr1

257.2

BαAr2
0.4 BnAr2

64.1 BQAr2
–7997.23 BLAr2

–1583.6

BαAr3
–1.4 BnAr3

–150.6 BQAr3
22976.43 BLAr3

4626.1

BαAr4
2.4 BnAr4

235.1 BQAr4
–34755.1 BLAr4

–7088.1

BαAr5
–2 BnAr5

–208.1 BQAr5
26728.75 BLAr5

5508.2

BαAr6
0.7 BnAr6

75.5 BQAr6
–8250.09 BLAr6

–1714.7

进行描述。
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 （1）
式中，σ为材料的流变应力；αAr 和

AAr 均为材料常数；ZAr 为基于温度补

偿的应变率因子；nAr 为加工硬化指

数；QAr 为激活能常数；RAr 为摩尔气

体常数，取值为 8.314472；BαAri、BnAri、

BQAri 和 BLAri 为应变补偿系数，如表 3
所示。

之后设置工件与搅拌头和外界

之间的接触条件。假设工件与夹具之

间无滑移，因此工件与搅拌头之间存

在大量摩擦产热，而摩擦随温度不同

会表现出不同的形式，工件温度较低

时主要表现为滑动摩擦，工件温度升

高则主要表现为剪切摩擦。因此需

要采用随温度变化的修正库仑摩擦

模型，才能够精确描述工件与搅拌头

的摩擦作用，6061–T6 铝合金与搅拌

头 H13 钢之间随温度变化的摩擦系

数为 0.203/100 ℃、0.174/200 ℃、0.099/  
300 ℃、0.031/400 ℃、0.008/500 ℃。而 
工件和环境之间存在对流换热过程，

需要设置对流换热系数和环境温度来

精确描述工件热量流失。假设工件与

空气直接接触，设置热对流系数为 50 
W/（m2·℃），环境温度为 25 ℃，并

忽略夹具与搅拌头的传热。

最后根据工艺参数设置材料的

运动约束条件。FSW 的主要工艺参

数为倾角、下压量、搅拌头转速和焊

图 2　DMFSW 热力耦合仿真模型示意图

Fig.2　Schematic diagram of thermal-mechanical coupling simulation model of DMFSW

表 1　6061–T6 铝合金化学成分（质量分数）

                 Table 1　Chemical composition of 6061–T6 aluminum alloy (mass fraction) %

Cu Si Fe Mn Mg Zn Cr Ti

0.15~0.4 0.4~0.8 0.7 0.15 0.8~1.2 0.25~0.50 0.04~0.35 0.15

表 2　6061–T6 铝合金热物理参数 [19]

Table 2　Thermophysical parameter of 6061–T6 aluminum alloy[19]

温度 /℃ 导热系数 /
（W·m–1·℃ –1）

密度 /
（kg·m–3）

杨氏模量 /
GPa 泊松比

比热容 /
（J·kg–1·℃ –1）

37.8 162 2685 88.54 0.34 945

93.3 177 2685 66.19 0.34 978

148.9 184 2667 63.09 0.34 1000

204.4 192 2657 59.19 0.34 1030

260 201 2657 53.99 0.34 1050

315.6 207 2630 47.47 0.34 1080

371.1 217 2630 40.30 0.34 1100

426.7 223 2602 31.72 0.34 1130

流入侧流出侧

拉格朗日体搅拌头

拉格朗日体搅拌头

材料层空气层
欧拉体工件
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接速度，为了与试验结果形成对比，

选择 12 mm 典型板厚并制定工艺参

数，结合所使用的搅拌头尺寸，总结

出如表 4 所示的参数。

1.2　DMFSW 顶锻力仿真结果分析

按照表 2 中的参数完成 DMFSW
的热力耦合有限元仿真，得到如图 3
所示 DMFSW 过程中两侧搅拌头所

受顶锻力的仿真结果，进一步改变

工件厚度，采用同样的仿真方法对

DMFSW、同板厚的单侧 FSW 以及

1/2 板厚的单侧 FSW 进行仿真，将所

受顶锻力进行对比分析，分析结果如

图 4 所示。

由图 3 可知，在轴肩压入瞬间及

搅拌头开始横移瞬间，会出现两个峰

值，之后进入焊接阶段，焊接阶段由

于忽略了工件、夹具及搅拌头之间的

换热，顶锻力会经过一段时间的降

低后逐渐保持稳定。在表 4 所示的

工艺参数下，DMFSW 峰值顶锻力

为 10125 N，焊接阶段平均顶锻力为

4998 N。镜像布置的两搅拌头所受

顶锻力大小基本相等，在各个阶段的

变化趋势相同，这表明镜像布置方案

能够使得两侧搅拌头和设备的受力

平衡，保证了焊接质量的稳定。

从图 4 中可以看出，DMFSW 的

峰值顶锻力只有同板厚单侧 FSW 的

50% 左右，比 1/2 板厚单侧 FSW 峰

值顶锻力同样减小了 10% 以上。这

是由于所使用的搅拌头尺寸比同板

厚单侧 FSW 更小，减少了受力面

积，因此受力更小；与 1/2 板厚单侧

FSW 相比，由于存在两个搅拌头热

源的相互耦合作用，焊接区温度更

高，峰值顶锻力减小。进一步分析，

随着板厚的增大，DMFSW 的顶锻

力减小程度分别由 42% 和 10% 增

大至 59% 和 13%，这表明板厚改变

对 DMFSW 工艺的影响更小，随着

板厚的增大，DMFSW 减小顶锻力

的优势将更加明显，这一结论为采用

DMFSW 实现厚板焊接的工艺方案

提供了仿真数据支撑。

2　无传感器的顶锻力间接
      测量方法

2.1　基于静力学的顶锻力估计模型

         建立

由于 DMFSW 的顶锻力转化为整

个系统的内力，两侧相互抵消，不会传

递到工装，因此传统在工件与夹具之

间安装力传感器的直接测量方法无法

应用于 DMFSW 的顶锻力监测。本节

利用机器人的静力学模型，建立电机

力矩与顶锻力的映射关系，实现无传

感器的 DMFSW 顶锻力间接测量。

将混联装备的刚体动力学模型

描述为

M(q) q +C(q，q ) q +G(q) – τf+τext= τm

 （2）
式中，M（q）和 G（q）分别为混

联机器人的惯性矩阵和重力矩阵；

C（q，q）为作用于机构的离心力和

科氏力项；τf 和 τext 分别为关节摩擦

和系统外部负载所引起的关节力矩，

τm 为驱动关节的总力矩。

由于焊接过程中机器人的位姿

固定且加速度变化极小，因此刚体动

力学中的惯性项可以忽略不计，而离

心力和科氏力项、重力项以及关节摩

擦项在运动过程中近似认为保持不

变，因此可以通过静力学模型实现对

刚体动力学模型的近似。

对于一个给定的焊接任务而言，

焊接过程中的关节位置和关节速度

都是确定的，可以设计一条与焊接任

务相同，但无外部负载的运动轨迹，

并通过运动过程中的关节力矩近似

确定机构的刚体动力学。
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 （3）

式中，M0 为运行空载运动轨迹时采

集的电机转矩；p 为丝杠导程。因此，

τext 可以表示为

τext = τm– τ0 （4）
根据虚功原理，焊接力 / 力矩在

笛卡尔空间的虚功率等于关节力矩

在关节空间的虚功率，且根据末端速

度矢量与关节速度矢量之间的逆雅

可比关系，焊接力 / 力矩可以表示为

F=JTτext （5）
式中，J 为混联机构的逆雅可比矩阵；

F 为焊接力 / 力矩，其中包含顶锻力

表 4　热力耦合仿真搅拌头尺寸及工艺参数

Table 4　Size and process parameters of mixing head in thermodynamic coupling simulation

板厚
H/mm

轴肩直径
D2/mm

搅拌针直径
D1/mm

针长 hp /
mm

焊接速度 vx /
（mm·min–1）

搅拌头转速 ω/
（r·min–1）

倾角 θ/
（°）

下压量
h/mm

12 15 5.9 5.85 120 900 2.5 0.15

4.00

3.25

2.50

1.75

1

峰
值

顶
锻

力
/（

×1
04  N

）

10 15 20 25
工件厚度/mm

同板厚单侧FSW
1/2板厚单侧FSW
DMFSW

图 3　DMFSW 顶锻力仿真曲线

Fig.3　Forging force simulation curve of 
DMFSW

图 4　DMFSW 与同板厚、1/2 板厚单侧

FSW 仿真结果对比

Fig.4　Comparison of simulation results of 
DMFSW with single side FSW of the same 

and 1/2 plate thickness
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数据采集系统
测力传感器

主动侧FSW装备 从动侧FSW装备

训练集
测试集

x/
m

m

z/kN

160
80
01 10

x
y

zO

信息为

fz = sF （6）
式中，fz 为顶锻力；s=（0　0　1　0　
0　0），为选择向量。

2.2　基于数据驱动的顶锻力估计

         模型修正和验证

为了提高顶锻力估计模型的精

度，本节基于研发的双机混联装备

设计出如图 5 所示的顶锻力估计

模型修正试验。试验所采用的力

传感器为 FUTEK–LCF451 一维拉

压力传感器，量程范围为 ±2500 lb
（11.12 kN），非线性度为 ±0.1%，采

样频率为 7 kHz。
试验准备阶段，将混联机器人

末端姿态调整至与焊接倾角一致；

在焊接横移方向（x 方向）取 3 个

不同的位置进行试验，分别记为近

端（x=0）、中 端（x=80 mm）和 远 端

（x=160 mm），尽可能消除机器人位

姿对于试验结果的影响；将近端和

远端数据集作为模型训练集，中端数

据集作为测试集，利用训练集得到的

修正模型测试模型的拟合精度。

以主动侧混联装备为例，试验布

置如图 6 所示。首先，控制机器人沿

一维力传感器方向（z 方向）接触力

传感器，并施加压力至 1 kN，保证将

力传感器压紧在工装表面；之后移

动机器人逐渐增加压力，压紧过程中

每 200 N 设置 1 个采样点，停止运动

并采集力传感器示数和对应的电机

力矩信号，直到力传感器的示数达到

10 kN，总采样点数 N=45 ；最后对采

集到的信号进行数据分析，实现顶锻

力模型的修正。

将采集到的电机力矩利用顶锻

力估计模型计算得到顶锻力估计值    
 f z，与力传感器的测量值 fz 对比，平

均相对估计误差（MRE）为 4.40%，

验证了顶锻力估计模型的可行性。

但是，由于混联机器人在受到较大的

力时存在不可忽略的变形，顶锻力估

计模型存在不确定性，且随着顶锻

力的增大，顶锻力估计模型的估计

误差逐渐增大，导致模型估计精度

的下降 [20]。

为了更准确地测量实际顶锻力

结果，通过计算实际测量值与模型估

计值之间的估计误差，采用最小二乘

法建立多项式回归模型来拟合误差，

得到顶锻力的修正模型，从而使估

计误差取得最小值。估计误差  f z 的

计算公式为

 f z= fz– f z� （7）
并将估计误差 f z 描述为顶锻力

模型估计值 f z 的多项式函数。

 f z=βT fz +δf （8）
式中， fz=[ f z　 f z

2　…　 f z
n]T 为一个

由 f z 各阶组成的向量；β为回归系数；
δf 为模型的残差。因此最小二乘法

的问题转化为求一组最优系数 β*，使

得 δf 在每个采样点下的平方和取得

最小值。

书书书
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使用最小二乘法拟合修正模型

首先需要确定所采用的多项式函数

的阶数，低阶数将导致模型的拟合精

度无法满足需求；而高阶数容易导

致过拟合，降低模型的泛化能力。本

节分别采用常数项、一次项、二次项

和三次项对修正模型进行拟合，利用

决定系数 R2 和均方根误差 RMSE 来

描述模型的拟合精度，根据修正模型

的表现形式，R2 和 RMSE 可以定义

为

书书书
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 （10）

式中， f z
i 为第 i 个采样点（i=1，2，…，

N）的顶锻力估计误差； f z 为估计误
差 f z 的样本均值。可以发现，决定系

数 R2 ∈ [0，1]，且 R2 越接近 1，均方

根误差 RMSE 值越小，表示模型残

差越小，拟合效果越好。

分别采用常数项、一次项、二次

项和三次项多项式对修正模型进行

拟合，得到每种拟合模型下两侧混

联装备在训练集和测试集中的 R2 和

RMSE 值，统计结果如图 7 所示，得

到以下结论。

（1）常数项的 R2 值在训练集和

测试集中均小于 0.2，且 RMSE 值远

图 5　顶锻力估计模型修正试验布置

Fig.5　Forging force estimation model modification experiment layout

图 6　顶锻力估计模型修正试验方案设计

Fig.6　Forging force estimation model 
modification experiment scheme design



292024年第67卷第10期·航空制造技术

封面文章 COVER STORY COVER STORY 封面文章

1.0

1.2

0.8

0.6

0.4

0.2

0
R2

0.154

0.917 0.935 0.935

主动侧
从动侧

常数项 一次项
训练集

二次项 三次项

1.0
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0

R2
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主动侧
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（a）R2值对比

150

100

50

0

R
M

SE
/N

137.258

40.887

主动侧
从动侧

常数项 一次项
训练集

二次项 三次项

200

150

100

50

0
R

M
SE

/N

161.382

81.400 80.741 80.785

主动侧
从动侧

常数项 一次项
测试集

二次项 三次项

（b）RMSE值对比

36.107 36.075

数控系统 3-PRS并联机构 工装夹具

电主轴

搅拌头专用夹具长行程进给单元基座

大于其他修正模型，代表常数项无法

较好地拟合顶锻力估计误差。

（2）一次多项式和二次多项式

的 R2 值在训练集中均大于 0.9，代表

一次多项式和二次多项式能够较好

地拟合顶锻力估计误差；且在测试

集中，二次多项式相比于一次多项式

R2 值更大，RMSE 值更小，表示二次

多项式的拟合效果更好。

（3）三次多项式虽然训练集中

的 RMSE 值小于二次多项式，但结

果较为接近；且在测试集中的 R2 值

反而小于二次多项式，RMSE 值更

大，表明从三次多项式开始出现过拟

合现象，导致模型泛化能力下降。

综上，选择二次多项式拟合顶锻

力误差模型，绘制出在测试集中顶锻

力拟合模型残差 δf 的分布图，如图 8
所示。可以看出残差中不存在与顶

锻力相关的部分，且基本处于 ±100 
N 范围之内；进一步计算 MRE，主动

侧的原顶锻力估计模型为 4.40%，主

动侧的修正模型为 0.57%，从动侧的

原顶锻力估计模型为 2.96%，从动侧

的修正模型为 0.74%，可以发现相较

于修正前的模型，顶锻力估计误差出

现了较为明显的下降，表明修正模型

相较于原估计模型具有更好的测量

精度。

3　DMFSW 工艺顶锻力分析
      试验

3.1　DMFSW 试验设置

图 9 为搭建的试验平台样机，样

机由两侧相同的 FSW 装备、工装夹

具、基座、电主轴以及数控系统组成。

FSW 装备由 3–PRS 并联机构和长行

程进给单元串接而成，该装备具有沿

下压量方向（z 方向）和沿焊缝方向

（x 方向）的长行程平动能力，以及对

应倾角的姿态调整能力，装备的具体

参数如表 5 所示。试验准备阶段，通

过 CAM 软件生成单侧 NC 加工代

码，作为主动侧装备的运动路径，利

用镜像位姿约束关系，在每个插补周

图 7　不同多项式拟合模型的 R2 值和 RMSE 值

Fig.7　R2 and RMSE of different polynomial fitting models

图 8　拟合模型残差分布图

Fig.8　Residual error distribution diagram of fitting model
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图 9　DMFSW 焊接试验平台样机

Fig.9　Prototype of DMFSW welding experimental platform

期中在线计算从动侧装备的运动路

径，保证两侧装备同时压入、镜像进

给，实现两侧焊接装备的同步运动。

试验所选用的工件为两块尺寸

均 为 200 mm×100 mm×12 mm 的

AA6061–T6 铝合金平面试件，采用
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纵置双板拼接 FSW 的工艺形式，通

过所设计的专用夹具，在试件两侧形

成多点夹持，以提供双板拼接 FSW
所需的多向夹持力及摩擦力，避免焊

接过程中双板错动以及拼接缝隙增

大。工件参数和所使用的搅拌头参

数具体如表 6 所示。由于样机承载

能力极限为 10 kN，根据仿真结果显

示，单侧 FSW 装备最多能够实现 6 
mm 板焊接，因此试验仅采用 12 mm
板进行 DMFSW 工艺可行性验证以

图 10　DMFSW 焊缝表面形貌

Fig.10　Surface topography of DMFSW weld

15 mm

（a）主动侧 （b）从动侧

及规律分析，焊接工艺参数设置如表

7 所示。

3.2　DMFSW 顶锻力变化规律

通过 DMFSW 试验得到如图 10
所示的表面无焊接缺陷的焊缝，证明

了 DMFSW 工艺的可行性。取距离

拼接焊缝中心20 mm处作为特征点，

在特征点插入深度为 4 mm 处埋入

K 型热电偶，利用热电偶测量焊接过

程中的温度，得到如图 11 所示的特

征点温度变化曲线，作为顶锻力变化

规律的参考。

采集焊接过程中的电机转矩，利

用 2.2 节的顶锻力间接测量方法得

到顶锻力随时间的变化曲线如图 12
所示。可以直观地看到焊接的各个

阶段：搅拌针与工件接触时，顶锻力

开始出现；轴肩压入工件时，出现顶

锻力的第一个峰值，为 6439 N；之后

由于温度上升，顶锻力出现下降；焊

接阶段开始时，由于搅拌头的横移，

顶锻力出现第二个峰值，为 9502 N ；

焊接过程中顶锻力在 5219 N 附近保

持稳定，代表焊接质量良好；焊接结

束后，随着搅拌头的退出，顶锻力消

失。

此外，将焊接阶段的顶锻力与

CEL 法热力耦合仿真结果进行比较，

峰值顶锻力相对误差为 6.56%，焊接

阶段平均顶锻力相对误差为 4.23%，

证明了热力耦合仿真模型的有效性；

同时根据仿真结果，间接验证了板厚

对 DMFSW 顶锻力的影响，一定程

度上解决了由于样机承载能力到达

极限，无法探究厚板焊接顶锻力规律

的问题。

3.3　DMFSW 工艺参数对顶锻力的

         影响

将搅拌头转速、焊接速度和轴肩

下压量（以下简称下压量）3 个工艺

参数作为变量，设计 3 因素 3 水平的

27 组 DMFSW 多因素试验，工艺参数

如表 8 所示。方差分析是一种探究

不同因素对数据影响显著性的方法。

通过采集焊接阶段的平均顶锻力，对

表 5　DMFSW 混联装备参数

Table 5　DMFSW hybrid equipment parameters

z 轴行程 /
mm

x 轴行程 /
mm

A/B 摆角 /
（°）

丝杠导程 /
mm

电机额定转速 /
（r·min–1）

电机额定
功率 /kW

承载能力 /
kN

300 1440 ±15 12 2000 4 10

表 6　DMFSW 试验工件参数及搅拌头尺寸

Table 6　Workpiece parameters and welding tool size of DMFSW experiment

工件长度
L/mm

工件宽度
W/mm

工件厚度
H/mm

轴肩直径
D2/mm

搅拌针直径
D1/mm

搅拌针长
hp/mm

搅拌针侧面
形状

搅拌针
旋向

200 100 12 15 5.9 5.85 三角平面
圆锥形螺纹

右旋

表 7　DMFSW 试验工艺参数设置

Table 7　DMFSW experiment process parameter setting

搅拌头转速
ω/（r·min–1）

焊接速度 vx/
（mm·min–1）

扎入速度 vz/
（mm·min–1）

下压量 h/
mm

停留时间
t/s

倾角 θ/
（°）

焊接距离
Ls/mm

主轴
旋向

900 120 6 0.15 0 2.5 160 逆时针

图 11　特征点温度曲线

Fig.11　Characteristic point temperature curve
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试验结果进行方差分析得到表 9，并
拟合得到如图 13 所示的响应面图。

结合表 9 和图 13 可以发现，顶

锻力随搅拌头转速的增大而减小，随

焊接速度和下压量的增大而增大。

通常采用检验统计值 F 和显著性 p
评价不同因素的显著度，检验统计

值 F 大于临界值 5.85，且显著性 p 小

于 0.05，可以认为因素显著。定量分

析 3 个工艺参数，可以证明搅拌头转

速、焊接速度和下压量均为顶锻力的

显著影响因素；进一步比较 3 个工艺

参数的检验统计值 F，按照显著性由

高到低排序，可以看出在本节所设置

的 3 水平范围内，对顶锻力变化的影

响由大到小依次为焊接速度、搅拌头

转速、下压量，这一结论为优化确定

最优工艺参数奠定了理论基础。

3.4　DMFSW 工艺与单侧 FSW 的

         顶锻力对比

与传统的单侧 FSW 进行对比

分析，采用 6 mm 板厚的平面试件，

以表 8 相同水平的搅拌头转速和焊

接速度作为变量，设计两因素三水

平的 9 组 1/2 板厚单侧 FSW 多因

素试验作为对照，对比 DMFSW 与

1/2 板厚的单侧 FSW 在焊接阶段的

峰值顶锻力，如图 14 所示。可以发

现，DMFSW 相比于 1/2 板厚的单侧

FSW，峰值顶锻力在各种工艺参数组

合下均有不同程度的减小，减小范围

为 3%~20%，证明 DMFSW 工艺能够

起到减小顶锻力及降低设备承载能

力需求的作用。

其中，随着搅拌头转速的增大，

峰值顶锻力的减小程度总体上呈现

出增大的趋势，搅拌头转速为 1200 
r/min 时达到最大，峰值顶锻力减小

19.7% ；随着焊接速度的增大，峰值

顶锻力的减小程度不断减小，焊接速

度为 120 mm/min 时达到最小，峰值

顶锻力减小 3.2%，并且峰值顶锻力

的减小程度不再明显随搅拌头转速

变化。原因可能是 DMFSW 过程中

存在两侧搅拌头的相互耦合，搅拌头

转速的增大可以放大两侧搅拌头之

间的耦合作用；而过高的焊接速度

则会导致材料无法及时升温软化，不

能充分发挥两侧搅拌头的耦合作用。

这证明了由于两侧搅拌头的相互耦

合，不能单纯将 DMFSW 看作相互

独立的两侧 FSW，单侧 FSW 的工艺

参数也不能直接转移到 DMFSW 中

使用。

4　结论

为了改善在中厚板的搅拌摩擦

焊过程中由于板厚增加导致的高顶

锻力，满足对装备承载能力和灵活性

的更高要求，本文提出了一种双机镜

像搅拌摩擦焊工艺方法，采用两台

带有长行程进给单元的 3–PRS 构型

混联机器人装备镜像布置在工件两

侧，两侧装备同时作业，镜像进给，两

侧搅拌头互为支撑，互为热源，完成

DMFSW 工艺过程。此外，针对焊接

过程中顶锻力的变化规律开展了研

究： （1）利用 CEL 方法建立热力耦

合的仿真模型，得到了 DMFSW 焊

表 9　DMFSW 多因素试验顶锻力方差分析

Table 9　Variance analysis of forging force for DMFSW multiple factor experiment

变异来源 平方和（SS） 自由度 均方差（MS） F 值 F 临界值 显著性 p

搅拌头转速 4267903.709 2 2133951.854 63.169 5.85 0.000

焊接速度 10907730.907 2 5453865.453 161.446 5.85 0.000

下压量 1955982.907 2 977991.453 28.951 5.85 0.000

误差 675629.064 20 33781.453 — — —

总变异 17807246.587 26 — — — —

图 12　DMFSW 顶锻力随时间变化曲线

Fig.12　Curve of forging force with time for DMFSW

表 8　DMFSW 多因素试验工艺参数设置

Table 8　Process parameter setting of DMFSW multiple factor experiment

水平 搅拌头转速 ω/（r·min–1） 焊接速度 vx /（mm·min–1） 下压量 h/mm

1 600 60 0.1

2 900 90 0.15

3 1200 120 0.2
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接过程中顶锻力的变化规律，同时证

明了 DMFSW 工艺降低搅拌头所受

顶锻力的可行性； （2）利用静力学模

型建立了无传感器的顶锻力估计模

型，解决了 DMFSW 无法通过安装

力传感器测量顶锻力的问题，通过试

验实现了顶锻力模型修正，并对修正

后模型的估计精度进行了验证。

为了研究 DMFSW 顶锻力的变

化规律和影响因素，基于试验平台样

机开展了 12 mm 的 AA6061–T6 铝

合金平板 DMFSW 焊接试验： （1）得

到了成形良好、无焊接缺陷和未焊合

缺陷的焊缝，通过拉伸试验得到了接

头的抗拉强度，验证了 DMFSW 工艺

的可行性； （2）得到了顶锻力随时间

的变化曲线，并验证了 CEL 仿真结

果的准确性； （3）设计了 3 因素 3 水

平的多因素试验，得到了工艺参数对

DMFSW 顶锻力的影响，以及不同工

艺参数对顶锻力影响的显著程度，为

确定最优工艺参数奠定了基础； （4）
设计了 1/2 板厚单侧 FSW 的两因素

三水平对比试验，结果表明在转速由

600 r/min 至 1200 r/min 以及焊接速

度由 60 mm/min 至 120 mm/min，即
转焊比为 5~20 的范围内，峰值顶锻

力有 3.2%~19.7% 不同程度的下降，

证明了 DMFSW 工艺对于减小顶锻

力、降低设备承载需求的作用。
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Research on Variation Law and Influencing Factors of Forging Force in
Dual-Robot Mirror Friction Stir Welding

NI Yanbing1, LIU Wu1, GAO Kangge1, ZHAO Huihui2, DONG Jiyi2, MENG Shaofei1, 
XIAO Juliang1 , LIU Haitao1

(1. Key Laboratory of Mechanisms Theory and Equipment Design of Ministry of Education, 
Tianjin University, Tianjin 300354, China;

2. Shanghai Aerospace Equipment Manufacturing General Factory Co., Ltd., Shanghai 200245, China)

[ABSTRACT]　As the thickness of the friction stir welding plate increases, the bearing capacity of the equipment cannot 
meet the requirement of high forging force of unilateral friction stir welding, so it is difficult to form a good quality weld. 
To reduce the forging force on the equipment, a dual-robot mirror friction stir welding process is proposed in this paper. 
The variation and influencing factors of the forging force are studied, and the feasibility and superiority of the process are 
verified. Firstly, a thermodynamic coupling finite element simulation model is established to obtain the variation law of the 
forging force with plate thickness, and the conclusion that the dual-robot mirror friction stir welding process can reduce 
the forging force is obtained. After that, the forging force estimation model is established, and the experimental correction 
and verification of the model based on data-driven is carried out to realize sensorless forging force monitoring. Finally, 
the mirror welding experiment, three-group process parameter multi-factor experiment, and unilateral friction stir welding 
comparison experiment are carried out on the prototype platform. The variation of the forging force with time and process 
parameters is obtained, and it is proved that the dual-robot mirror friction stir welding process can reduce the forging force 
on the stirring head and the bearing capacity requirement of the equipment.
Keywords: Friction stir welding; Forging force; Dual-robot; Thermodynamic coupling simulation; Force estimation; 
                   Process parameter （责编  逸飞）
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摩擦焊作为一种固相焊接方法，焊接过程

中界面金属处于高温塑性状态而未发生熔化，

避免了熔化焊可能带来的裂纹、夹渣及未熔合

等缺陷，并以其优质高效、环境友好、能量输入

准确可控等独特优势，在航空航天领域得到了

广泛应用，但也面临新的挑战。

Friction Welding

论坛

摩擦焊接摩擦焊接
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唐天祥

  博士研究生，主要从事摩擦焊的模

拟仿真研究。

航空发动机转子热端部件服役

过程中，承受严峻的高温以及交变

载荷。镍基变形高温合金 GH4169
是高推重比航空发动机热端部件广

泛应用的高温合金材料 [1]，其 γ 相

基体中弥散分布着 γ″（Ni3Nb）和

γ′[Ni3（Al，Ti）] 沉淀析出相，从而

具有优异的高温强度、耐腐蚀性和抗

氧化性等性能 [2]。惯性摩擦焊（Inertia 
friction welding，IFW）是一种广泛

应用的先进固态连接技术 [3–4]，具有

工艺控制参数少、热输入低、变形小

及焊缝窄等特点，常用于航空航天部

件、石油化工管道、汽车船舶传动轴

等的制造。与传统的熔焊技术（如电

弧焊和激光焊）相比，惯性摩擦焊工

艺可有效避免与材料熔化和凝固有关

的缺陷，如凝固裂纹 [5]、溶质偏析 [6]

和气孔 [7]，有利于获得高质量焊接接

头。

惯性摩擦焊过程中，储存在飞轮

中的动能通过工件接触面上的剧烈

摩擦迅速耗散，随之界面附近材料温

度迅速升高 [3–4]。焊接过程中摩擦产

热、温度分布等热过程具有极高的瞬

态特性，其分布特征及随时间的演化

过程对于理解惯性摩擦焊过程至关

重要。因为温度分布决定了材料的

软化程度，从而影响飞边形成和塑性

流变 [8]。同时，金属材料经历的温度 –
流变历史直接决定着焊接过程中的再

结晶行为，对焊缝的组织和性能起着

决定性作用 [9]。因此，为了设计和理

解惯性摩擦焊工艺，需要对焊接过程

GH4169 惯性摩擦焊界面摩擦及瞬态热过程
数值模拟研究*

唐天祥 1，2，3，史清宇 1，2，3，周　军 4，张春波 4，梁　武 4，周梦然 1，2，3，张　弓 1，2，3，陈高强 1，2，3

（1. 清华大学机械工程系，北京 100084；
2. 清华大学机械工程系清洁高效透平动力装备全国重点实验室，北京 100084；

3. 先进成形制造教育部重点实验室，北京 100084；
4. 中国机械总院集团哈尔滨焊接研究所有限公司，哈尔滨 150028）

[ 摘要 ]　针对 GH4169 高温合金惯性摩擦焊过程，基于有限元方法研究了界面摩擦机制的转变、摩擦产热和温度场

等热过程参量的分布特征及瞬态演化规律。利用试验数据对有限元模型的准确性进行了对比验证。结果表明，焊接

初始整个界面均为库仑摩擦区，从 0.54 s 开始库仑摩擦区逐渐缩小并在 9.60 s 完全消失，剪切摩擦区从 0.31R0（R0

为工件半径）处开始形成并逐渐扩展至整个界面。根据模拟结果，提出了描述库仑摩擦区演化过程的解析公式。分

析了摩擦机制转变引起的界面热流密度、摩擦应力和温度的耦合关系及变化规律。研究表明，界面上库仑摩擦机制

向剪切摩擦机制的转变有利于焊接界面附近温度场的均匀化。

关键词：惯性摩擦焊；摩擦机制；热流密度；温度场；有限元分析；GH4169 高温合金
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的瞬态热过程有更深入的研究。

由于试验分析技术在空间可达

性方面有局限性，有限元数值模拟是

分析惯性摩擦焊瞬态热过程的有效

方法。在摩擦焊的数值模拟模型中，

准确建立运动工件和静止工件之间

的界面摩擦热模型至关重要。部分

学者采用经典库仑摩擦定律确定摩

擦应力，Wang 等 [10] 利用焊接开始

时的界面压力和恒定摩擦系数确定

热输入并研究了焊接参数对温度和

轴向缩短的影响。Senkov 等 [11] 以

常数摩擦系数估计能量输入并研究

了预热对异质高温合金惯性摩擦焊

过程中材料塑性流动的影响。Geng
等 [12] 采用与温度相关的摩擦系数计

算连续驱动摩擦焊中的产热等。然

而，库仑摩擦定律没有考虑焊接过程

中高温导致材料软化发生界面黏着

的现象 [13]。在其他一些研究中，考虑

界面黏附的混合摩擦模型被用于模

拟摩擦焊过程，Bennett 等 [14] 使用混

合摩擦模型模拟了异质高强钢惯性

摩擦焊过程的马氏体转变，计算得到

的相体积分数与试验结果吻合良好。

Lei 等 [15] 采用类似的方法计算产热

并提出了等效热膨胀系数模型，研究

了界面不完全接触的演化过程。此

外，混合摩擦模型已被广泛用于线性

摩擦焊 [16]、连续驱动摩擦焊 [17] 和搅

拌摩擦焊 [18] 等过程的数值模拟。

虽然目前已有大量研究使用混

合摩擦模型研究惯性摩擦焊过程中

的产热和温度分布，但是库仑摩擦状

态和剪切摩擦状态之间的转变机制

以及转变对产热和界面附近温度分

布的影响仍鲜有报道。本研究采用

基于有限元分析的热 – 力耦合模拟

模型，系统探讨 GH4169 材料 IFW
过程中界面摩擦机制的转变、摩擦产

热和温度场的瞬态过程的规律。

1　惯性摩擦焊试验

1.1　试验材料

本文中惯性摩擦焊试验材料采

用 GH4169 镍基变形高温合金，其化

学成分如表 1 所示，被焊工件尺寸为

φ30 mm×42 mm。

1.2　试验设备与方法

惯性摩擦焊工艺试验在中国机

械总院集团哈尔滨焊接研究所有限

公司开展，设备为哈尔滨焊接研究所

有限公司研制的 HWI–CIFW–30B 型

摩擦焊机。图 1 所示为焊接平台及

测温装置。焊接过程中，通过在固定

端工件上预埋 K 型热电偶的方式获

取焊接过程中特征点的热循环曲线。

通过预试验确定了固定端工件上预

置测温孔的方式及测温位置，如图 2
所示，在圆棒上距离端面 11 mm、12 
mm、13 mm 的侧面分别沿与轴线呈

60° 的方向加工出尺寸φ1 mm、深

7 mm 的斜盲孔，3 个盲孔沿周向呈

90° 分布。焊接前将热电偶置入固

定端工件的测温孔内，保证热电偶感

温极与孔底端贴合后固定。焊接过

程中通过 LR8450 型数显测温仪（日

本日置 HIOKI）记录测温点的热循

环曲线。

采用的焊接工艺参数：飞轮惯

量 4 kg·m2、初始转速 2700 r/min、
摩擦压力 24 t（对应摩擦界面压强

283 MPa）。预试验结果表明该参数

下接头成形和飞边形貌较好，获得的

GH4169 焊接接头宏观形貌如图 3 所

示。

2　有限元模型建立

2.1　几何模型与网格划分

本 文 的 数 值 模 拟 模 型 基 于

ABAQUS 有限元分析软件开展。采

用网格 – 网格解映射技术，使用

Python 语言脚本自动实现温度、变形

等解变量从原网格到新网格的映射，

建立 GH4169 惯性摩擦焊接过程的

二维轴对称热 – 力耦合有限元仿真

模型。仿真模型的几何形状如图 4

表 1　GH4169 变形高温合金化学成分（质量分数）

                      Table 1　Chemical composition of GH4169 superalloy (mass fraction) %

C Cr Si Cu Mn Mo Ni Ti Al Nb B Co Fe

0.027 17.89 0.062 0.05 0.13 2.92 53.14 1.01 0.51 5.42 0.038 0.28 余量

图 1　惯性摩擦焊试验平台

Fig.1　IFW experimental system

图 2　GH4169 热电偶预置位置

Fig.2　Position of preset thermocouple of GH4169
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（a）所示，上侧为旋转端，下侧为固

定端 / 进给端。以轴对称方式建模，

网格单元类型是具有扭转自由度的

温度 – 位移全耦合轴对称单元（即

CGAX4HT 和 CGAX3HT），其中包

含扭转自由度，可对平面外方向的旋

转和剪切变形进行建模。在惯性摩

擦焊接过程中，由于工件接触面附近

会发生剧烈的塑性变形，因而采用更

细的网格尺寸以保证计算结果的准

确性，同时为了缩短计算时间，远离

接触面的区域采用较大的网格尺寸。

图 4（b）所示为仿真模型的网格划

分情况，在距离接触面 6 mm 内的区

域所采用的网格尺寸约为 0.2 mm，

距离接触面 6 mm 外的区域采用约 2 
mm 的网格尺寸。

2.2　摩擦模型

惯性摩擦焊接过程中工件上的

产热来自界面摩擦和材料塑化后的

变形。经典库仑摩擦模型面向的对

象是刚性接触面滑动摩擦，对于涉及

剧烈塑性变形的摩擦过程，库仑摩擦

模型将难以准确描述。本文采用混

合摩擦模型来考虑界面上的摩擦机

制转变。该模型中界面摩擦机制发

生变化时界面上摩擦应力的数值发

生相应改变。本文采用的混合摩擦

模型中摩擦应力为 [19]

书书书

� ｆ ＝
μｐ，　 μｐ ＜ｍ σｓ

槡３
，库仑摩擦机制

ｍ
σｓ
槡３
， μｐ≥ｍ σｓ

槡３
，剪切摩擦机制

 （1）

式中，μ为库仑摩擦系数；p 为界面

上的法向压力；m 为当界面摩擦为剪

切摩擦时的摩擦因子；σs 为材料的屈

服强度。

采用与界面温度、界面压力以及

线速度相关的库仑摩擦系数，其表达

式为 [19]

μ=0.066·p–0.233·T 0.471·exp(– 0.739v)
 （2）
式中，T 为界面温度；v 为旋转线速

度。

由式（1）中的摩擦应力 τf，惯性

摩擦焊接过程中焊接界面微元上的

摩擦热流密度定义为

q = ητf ωr� （3）
式中，η为摩擦功转换为热的效率；

ω为工件旋转角速度；r为界面微元

至旋转中心的距离。

2.3　材料模型

采用 Sellars–Tegart 方程 [20] 将

GH4169 的流变应力表示为应变速

率和温度的非线性函数，即

书书书

σｓ ＝ σＲｓｉｎｈ
－ １ ε

Ａ ｅｘｐ
Ｑ( )( )ＲＴ

１

[ ]
／ ｎ

 （4）

式中，A、σR 和 n 为材料常数；Q 为热

变形激活能；σs 为流变应力；ε为应

变速率；R 为气体常数。

对于式（4），GH4169 材料的参

数 [21] 如表 2 所示。由式（4）计算的

GH4169 在不同应变速率和温度下

的流变应力曲线如图 5 所示。在接

近材料固相线温度区间，采用经验软

化来描述材料流变应力的降低效果。

材料的热物理性能采用 Geng 等 [19]

研究中的 GH4169 性能数据。

3　结果与讨论

3.1　仿真模型试验验证

为验证有限元模型的准确性，对

比了特征点热循环曲线的试验测量

数据与仿真计算结果，如图 6 所示。

以（Rp，Lp）表示距离固定端中心 Rp，

距离界面 Lp 处的位置。图 6（a）、
（b）和（c）分别为固定端（9 mm，

9.5 mm）处、（9 mm，8.5 mm）处和（9 
mm，7.5 mm）处的热循环曲线对比

结果，可以看出 3 个位置处的热循

环曲线测量值与仿真值非常吻合，

升温过程、降温过程及温度值基本

一致。

图 7 为焊接试验与仿真模拟的

接头横截面形貌对比，可以看出仿真

表 2　GH4169 的 Sellars–Tegart 方程参数 [21]

Table 2　Parameters of GH4169 in Sellars–Tegart equation[21]

A/s–1 σR /MPa n Q/（kJ·mol–1） R/（J·mol–1·K–1）

2.467×1018 289 4.95225 505.65 8.314

图 3　GH4169 焊接接头宏观形貌

Fig.3　Macro morphology of IFWed joint of 
GH4169

图 4　有限元仿真的几何模型

Fig.4　Geometric model of FE simulation

网格尺寸
~2 mm

6 mm内
网格尺寸
~0.2 mm

30 mm

焊接
界面

P
（a）仿真模型 （b）仿真模型网格划分
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1500

1200

900

600

300

0

流
变

应
力

/M
Pa

600 750 900 1050 1200 1350
温度/℃

0.001 s−1

1 s−1
0.01 s−1

10 s−1

应变速率

经验软化

与试验的接头变形情况基本一致，飞

边形状十分相近。因此，热循环曲线

和接头横截面形貌的仿真结果与试

验数据之间的对比结果良好，表明本

文所建立的 GH4169 惯性摩擦焊过

程的仿真模型是准确可靠的。

3.2　温度场演化

惯性摩擦焊过程中，在摩擦压力

作用下，飞轮的动能通过界面摩擦转

化为热能，使得焊缝附近材料温度升

高，达到黏塑性状态并产生宏观塑性

变形。图 8 所示为 GH4169 焊接过

程中温度场和工件形貌的演化。可

以看出焊接开始后，界面上的温度开

始升高，随着焊接过程进行，由于热

传导作用，焊接界面附近的高温区域

逐渐扩展；随着飞轮能量（转速）减

小，伴随着热传导、热对流、热辐射等

作用，焊缝附近温度逐渐降低。从 5 s
左右开始，焊缝附近的金属发生软化

并在轴向压力作用下从界面流出形

成飞边，随着焊接时间变长，飞边变

得更加明显。

3.3　界面摩擦机制的转变

根据仿真结果，不同时刻界面上

的摩擦机制如图 9（a）~（e）所示，

其中蓝色表示该区域处于剪切摩擦

状态，红色和黄色分别表示芯部库仑

摩擦区和边缘库仑摩擦区。可以看

出，焊接开始时，整个界面都处于库

仑摩擦状态。随着焊接进行，剪切摩

擦区域逐渐在接触面中间区域（大约

R0/3 处，R0 为工件半径）开始形成，

此时工件芯部和边缘区域仍处于库

仑摩擦状态。随着剪切摩擦区域的

扩展，芯部库仑摩擦区逐渐缩小并消

失，边缘库仑摩擦区也逐渐缩小。最

后，随着边缘库仑摩擦区的消失，剪

切摩擦区扩展至整个接触面。

为了定量描述界面上不同摩擦

状态区域的宽度（沿半径方向）随时

间的演变过程，根据仿真结果提取了

不同时刻芯部库仑摩擦区、剪切摩擦

区、边缘库仑摩擦区的宽度，如图 9
（f）所示。可以看出，焊接开始时，整

个界面全为库仑摩擦区域；在 0.54 s
剪切摩擦区域从 0.31R0 处逐渐形成

图 5　仿真模型中采用的 GH4169 材料

流变应力

Fig.5　Flow stress used in the FE simulation 
of GH4169

图 8　焊接过程温度场和工件形貌演化

Fig.8　Evolution of temperature field and workpiece morphology during IFW
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图 6　焊接试验与仿真模型热循环曲线对比

Fig.6　Comparison of thermal history 
between experiment and simulation

图 7　焊接试验与仿真模型接头横截面对比

Fig.7　Comparison of cross-section of IFWed 
joint between experiment and simulation

试验 仿真
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（a） 演化情况示意图 （b） 剪切摩擦区演化仿真值与拟合值对比

剪切摩擦区 芯部库仑摩擦区
边缘库仑摩擦区
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焊接界面 15
12
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3
0径

向
距

离
/m

m

0 3 6 9 12
焊接时间/s

仿真值
拟合值

并扩展，芯部库仑摩擦区在 1.66 s 内

缩小直至消失，边缘库仑摩擦区的宽

度也逐渐缩小； 9.60 s 之后，边缘库

仑摩擦区的宽度降为 0，此时剪切摩

擦区域占据了整个接触面。

因此可知，在 GH4169 惯性摩擦

焊接过程中，摩擦界面上会发生从

库仑摩擦到剪切摩擦的摩擦机制转

变，具体特征为：焊接开始时，整个

界面上全为库仑摩擦状态，之后剪

切摩擦区从 0.31R0 处开始形成并逐

渐扩展至整个界面，相应地，库仑摩

擦区逐渐缩小，并最终消失，最后整

个界面上都为剪切摩擦状态。根据

界面上摩擦状态的不同可将焊接过

程依次划分为 3 个阶段，即库仑摩

擦阶段（只有库仑摩擦机制，接触界

面处于库仑摩擦状态）、混合摩擦阶

段（既有库仑摩擦机制，又有剪切摩

擦机制，接触界面上两种摩擦状态

并存）、剪切摩擦阶段（只有剪切摩

擦机制，接触界面处于剪切摩擦状

态）。

从库仑摩擦区的宽度（沿半径方

向）随时间的演化可知界面上的库

仑摩擦区域逐渐缩小并消失。根据

演化曲线，建立一个解析公式来描述

界面上芯部库仑摩擦区和边缘库仑

摩擦区宽度随时间的演化，其表达式

为

书书书

ｗ（１）＝

ξ·Ｒ０， ｔ≤ｔ１，库仑摩擦阶段
ξ·Ｒ０·（ａ１·ｌｎ（ ｔ ＋ ｂ１）＋ ｃ１），
　 　 ｔ１ ＜ ｔ ＜ ｔ２，混合摩擦阶段
０， ｔ≥ｔ２，









 剪切摩擦阶段
 （5）

书书书

ｗ（２）＝

（１ － ξ）·Ｒ０，
　 　 ｔ≤ｔ１，库仑摩擦阶段
（１－ ξ）·Ｒ０·（ａ２·ｌｎ（ｔ＋ｂ２）＋ ｃ２），
　 　 ｔ１ ＜ ｔ ＜ ｔ２，混合摩擦阶段
０， ｔ≥ｔ２，













剪切摩擦阶段
 （6）
式中，w（1）为芯部库仑摩擦区的宽

度；w（2）为边缘库仑摩擦区的宽度；

R0 为工件初始半径；ξ为摩擦机制开

始转变的位置；t1 为库仑摩擦阶段的

持续时间；t2 为剪切摩擦阶段开始的

时间。摩擦机制转变发生在 t1 和 t2

之间，a1，b1，c1 和 a2，b2，c2 分别为控

制芯部库仑摩擦区和边缘库仑摩擦

区中摩擦机制转变速率的无量纲参

数。表 3 为 GH4169 惯性摩擦焊过

程中芯部库仑摩擦区和边缘库仑摩

擦区的解析公式中的参数值。

结合芯部库仑摩擦区和边缘库

仑摩擦区宽度随时间的演化公式，可

得剪切摩擦区的演化情况。具体为

R0 –w（2）曲线与 w（1）曲线之间的

包络区域，其宽度为 R0 –w（2） –w（1）。
如图 10（a）所示，红色箭头围成的

区域为在焊接过程中剪切摩擦区的

演化情况，其中下侧的红色箭头为

剪切摩擦区与芯部库仑摩擦区的分

界线，上侧的红色箭头为剪切摩擦

区与边缘库仑摩擦区的分界线。图

10（b）为仿真模型与解析公式的剪

切摩擦区在工件上的演化情况对比，

可以看出仿真模拟数据与拟合计算

结果吻合较好，表明本文建立的上述

表 3　GH4169 惯性摩擦焊接过程的解析公式参数

Table 3　Parameters of the analytical equation of GH4169 during IFW

库仑摩擦区域 ξ t1/s t2/s a b c

1 0.31 0.54 1.66 –0.21303 –0.51946 0.11248

2 0.31 0.54 9.60 –0.17922 –0.50893 0.36781

图 10　焊接过程中剪切摩擦区的演化

Fig.10　Evolution of the shear friction zone during IFW
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图 9　焊接过程中界面上的摩擦机制转变

Fig.9　Transition of friction regime during IFW
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解析公式能够准确描述惯性摩擦焊

过程中剪切摩擦区域的演化。

3.4　库仑摩擦阶段的摩擦产热和

         温度分布

在 GH4169 惯性摩擦焊接过程

中，库仑摩擦阶段的时间范围为 0~ 
0.54 s。图 11 所示为库仑摩擦阶段

不同时刻界面上摩擦应力、热流密

度、温度及界面附近的温度场分布。

图 11（a）、（d）和（g）为在 t = 0.31 s
时的结果。从图 11（a）可以看出，

整个界面上的库仑摩擦应力都比剪

切摩擦应力小，根据式（1），此时整

个界面都处于库仑摩擦状态。库仑

摩擦应力从芯部到边缘逐渐减小，原

因是：根据式（2），库仑摩擦系数随

旋转线速度增大而减小。从图 11（d）
可知，界面上的热流密度从中心到边

图 11　库仑摩擦阶段界面上摩擦应力、热流密度、温度、界面附近温度场分布

Fig.11　Distributions of friction stress, heat flux, temperature at the interface, and the temperature field near the interface during 
Coulomb friction stage

缘先增大后减小，因为式（3）中的摩

擦应力随半径增大而减小，而旋转线

速度从中心向边缘增大，二者乘积存

在最大值，在界面上 0.31R0 位置。类

似地，从图 11（d）中可以看出在 0.31 s
时界面上的温度在中心和边缘低，中

间区域高，该温度分布结果由热流密

度的分布情况导致。

图 11（b）、（e）和（h）所示为在

t=0.46 s 时的结果，图 11（c）、（f）和

（i）所示为在 t=0.54 s 时的结果。整

体情况与 t=0.31 s 时相似。对比图

11（d） ~（f）可以看出，随着惯性摩

擦焊接过程进行，不同位置处热流密

度变大，原因是式（2）的库仑摩擦系

数会随着温度升高而变大。从图 11
（g） ~ （i）可以看出，在库仑摩擦阶

段，焊接界面附近的温度持续升高。

在 0.31 s 时界面最高温度为 797 ℃，

在 0.46 s 和 0.54 s 时的最高温度分

别为 1000 ℃和 1078 ℃。

总结可得，在焊接过程的库仑摩

擦阶段，整个界面都处于库仑摩擦状

态，界面上的热流密度随着半径距离

增大先增大后减小，因而界面上的温

度呈现出中心和边缘低、中间高的显

著不均匀分布现象。

3.5　混合摩擦阶段的摩擦产热和

         温度分布

混合摩擦阶段的时间范围为

0.54~9.6 s，该阶段界面上同时包含

库仑摩擦状态和剪切摩擦状态。图

12 所示为混合摩擦阶段不同时刻界

面上摩擦应力、热流密度、温度以及

界面附近的温度场分布。图 12（a）、
（d）和（g）所示为在 t=0.78 s 时的结
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果。从图 12（a）可以看出，在中心

区域库仑摩擦应力比剪切摩擦应力

小，根据式（1），该区域处于库仑摩

擦状态，即图 9 中的芯部库仑摩擦

区；在中间区域，剪切摩擦应力小于

库仑摩擦应力，该区域处于剪切摩擦

状态；在半径更大的位置，库仑摩擦

应力小于剪切摩擦应力，该区域也处

于库仑摩擦状态，即图 9 中的边缘库

仑摩擦区。根据图 12（e）和表 3 可

知，芯部库仑摩擦区在约 1.66 s 后消

失，故此处只研究边缘库仑摩擦区和

剪切摩擦区。

从图 12（a）中可看出界面上的

库仑摩擦应力从中心到边缘逐渐减

小，原因是根据式（2），库仑摩擦系

数随旋转线速度增大而减小。界面

上的剪切摩擦应力随着半径距离增

大先减小后变大，因为剪切摩擦应力

由随温度升高而逐渐减小的材料流

变应力决定（图 5）。
界面上的热流密度由摩擦应力

和旋转线速度决定，从图 12（d）可

以看出，在边缘库仑摩擦区，热流密

度随半径距离增加快速减小，使得该

区域的温度也随着半径增大而降低；

在中间剪切摩擦区域，热流密度分布

均匀，使得该区域的温度分布均匀。

具体来说，焊接时间为 0.78 s 时，在边

缘库仑摩擦区，热流密度的最大值与

最小值相差约为 26.3 W/mm2，而在剪

切摩擦区域的差值约为 11.2 W/mm2。

图 12（b）、（e）和（h）所示为在

t=1.66 s 时的结果，图 12（c）、（f）和

（i）所示为在 t=4.65 s 时的结果。整

体情况与 t=0.78 s 时相似。对比图

12（a） ~（c）可以看出，随着焊接过

程进行，芯部库仑摩擦区逐渐消失，

边缘库仑摩擦区也逐渐缩小。同时

从图 12（d）~（f）可看出剪切摩擦

区域的热流密度随着焊接时间增加

逐渐减小，原因是界面温度升高后材

料流变应力降低，使得该区域的剪切

摩擦应力减小。

从图 12（g）~（i）中可看出，相

比库仑摩擦阶段，在混合摩擦阶段随

着焊接时间增加焊接界面附近的温度

分布变得更加均匀。在 0.78 s 时界面

上最高温度为 1144 ℃，在 1.66 s 和

4.65 s 时的最高温度分别为 1205 ℃
和 1251 ℃。

总结可得，在焊接过程的混合摩

擦阶段，焊接界面中间区域（0.31R0

处）发生从库仑摩擦机制到剪切摩

图 12　混合摩擦阶段界面上摩擦应力、热流密度、温度、界面附近温度场分布

Fig.12　Distributions of friction stress, heat flux, temperature at the interface, and the temperature field near the interface during 
hybrid friction stage
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擦机制的摩擦机制转变，库仑摩擦

区逐渐缩小并最终消失，剪切摩擦

区域逐渐形成并扩展至整个界面。

边缘库仑摩擦区的热流密度随半径

距离增大而减小，使得温度快速降

低；而在剪切摩擦区域，热流密度

分布更为均匀，相应的温度分布均

匀。

3.6　剪切摩擦阶段的摩擦产热和

         温度分布

9.60 s 之后焊接过程处于剪切

摩擦阶段。图 13 所示为剪切摩擦阶

段不同时刻界面上摩擦应力、热流

密度、温度及界面附近的温度场分

布。图 13（a）、（d）和（g）所示为在

t=9.60 s 时的结果。从图 13（a）可

以看出，整个界面上的剪切摩擦应力

都比库仑摩擦应力小，根据式（1），

此时整个界面上都处于剪切摩擦状

态。剪切摩擦应力从中心到边缘逐

渐减小，因为剪切摩擦应力由与温度

呈负相关的材料流变应力决定（图

5）。在摩擦应力和旋转线速度共同

作用下，对比图 11（d）和图 13（d）
发现，在 9.60 s 时界面的热流密度和

温度分布比 0.31 s 时更均匀。

图 13（b）、（e）和（h）所示为在

t=11.16 s 时的结果，图 13（c）、（f）
和（i）所示为在 t=12.85 s 时的结果。

整体情况与 t=9.60 s 时相似。对比图

13（d）~（f）可以看出，随着焊接过

程进行，热流密度越来越小，因为界

面温度升高后材料流变应力降低，使

得剪切摩擦应力减小，同时由于飞轮

的动能不断转化为摩擦热能，工件转

速也在持续减小，使得由摩擦应力和

旋转线速度共同决定的热流密度持

续减小。

从图 13（g）~（i）可以看出，在

剪切摩擦阶段，焊接界面附近的温度

分布更为均匀。一方面界面上的产

热更加均匀；另一方面热传导会促

进温度均匀化，因此从库仑摩擦到剪

切摩擦的界面摩擦机制转变可以促

进温度场的均匀分布。在 9.60 s 时

界面最高温度为 1244 ℃，在 11.16 s
和 12.85 s 时的最高温度分别为 1224 ℃
和 1105 ℃。随着飞轮转速不断减小，

界面上的产热减小，产热量逐渐小于

由热传导、热对流、热辐射等作用引

起的散热量，因此界面上的最高温逐

渐降低。

总结可得，在焊接过程的剪切摩

擦阶段，整个界面都处于剪切摩擦状

图 13　剪切摩擦阶段界面上摩擦应力、热流密度、温度、界面附近温度场分布

Fig.13　Distributions of friction stress, heat flux, temperature at the interface, and the temperature field near the interface during 
shear friction stage



44 航空制造技术·2024年第67卷第10期

FORUM论坛

态，剪切摩擦区域的热流密度比库仑

摩擦区域的更加均匀，并且随着焊接

时间增加，在焊接界面附近区域的温

度也趋于均匀分布。从 3.4~3.6 节的

分析可知，焊接界面上从库仑摩擦机

制到剪切摩擦机制的摩擦机制转变

有利于界面附近温度的均匀分布。

4　结论

本文基于混合摩擦模型建立了

GH4169 惯性摩擦焊接过程的二维

轴对称仿真模型，研究了界面摩擦机

制的转变、摩擦产热和温度场的瞬态

演化过程，得到如下结论。

（1）热循环曲线及接头横截面

形貌的仿真结果与实测结果的对比

表明了所建立的惯性摩擦焊有限元

仿真模型的准确性。

（2）阐明了焊接过程中界面摩

擦机制的动态转变过程，焊接初始整

个界面均为库仑摩擦区，从 0.54 s 开

始库仑摩擦区逐渐缩小并在 9.60 s 完

全消失，剪切摩擦区从 0.31R0（R0 为

工件半径）处开始形成并逐渐扩展

至整个界面，并提出了描述库仑摩擦

区宽度演化过程的解析公式。

（3）揭示了摩擦机制转变对热

过程的影响规律：焊接界面上从库

仑摩擦机制到剪切摩擦机制的摩擦

机制转变有利于界面附近温度的均

匀分布。
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近年来，我国航空航天、军工武

器等高端领域结构正向高可靠性、轻

量化、高强化等极端服役性能发展，

钛合金因其比强度高、无磁性、耐腐

蚀、耐高温等优异性能，成为结构件

的首选材料 [1–4]。搅拌摩擦焊（FSW）

是一种固相连接方法，焊接过程中相

对温度较低，不会将待焊金属熔化，

因此可以避免产生常规熔焊缺陷 [5–7]。

但是，由于钛合金具有热传导率低、

化学活性高、高强度和高熔点 [8] 等

特点，同时在 FSW 焊接过程中热输

入量较高 [9]，因此需要搅拌头具有足

够的强度及耐疲劳、耐磨性能。目前

焊接钛合金，常选用聚晶立方氮化

硼（PCBN）、钨铼（W–Re）等材料制

作的搅拌头 [10–11]，虽可保证焊接质

量且搅拌头磨损轻微，但是价格昂

贵、加工困难。使用价格低廉（仅为

W–Re 成本的 1/10）的镍基高温合金

（DZ22）[12] 制作的搅拌头，虽然加工

简便，但是搅拌头容易磨损，使用寿

命较短。

FSW 是一个高温高压的焊接过

程，长距离焊接后搅拌头将出现严重

磨损，常见的搅拌头磨损机理包括：

磨粒磨损、黏结磨损、扩散磨损和氧

化磨损 [13–14]。Amirov 等 [15] 选用镍基

高温合金搅拌头对 2.5 mm 厚纯钛板

进行搅拌摩擦焊接，结果表明，搅拌

钛合金搅拌摩擦焊搅拌头磨损机理及其
涂层强化*

黄永德 1，2，伍大为 2，张泽龙 3，刘　强 2，陈　宜 2
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3. 航空工业陕西飞机工业有限责任公司，汉中 723000）

[ 摘要 ]　为了提高钛合金搅拌摩擦焊搅拌头的寿命，在搅拌头表面增加涂层，对比研究表面涂层的作用机理。本文

选用无涂层搅拌头和带 AlCrN 涂层搅拌头对 TC4 钛合金进行搅拌摩擦焊（FSW）试验，通过 3D 影像仪表征搅拌

头的磨损情况，采用扫描电镜（SEM）及能谱仪（EDS）对接头的组织及成分进行分析，研究了 AlCrN 基涂层对搅拌

头的寿命影响规律。试验结果表明，对比无镀层搅拌头，带 AlCrN 基涂层搅拌头的有效焊接距离由 600 mm 增加到

800 mm，且在焊接 800 mm 后，仍可获得成形良好，抗拉强度达到母材 95.32% 的焊接接头。另外，带 AlCrN 基涂层

搅拌头的搅拌针和轴肩磨损率分别减少 50.41% 和 22.41%，AlCrN 基涂层可有效提高搅拌头的寿命。对比分析搅拌

头的磨损情况发现，无涂层搅拌头的磨损包括磨粒磨损、黏结磨损和氧化磨损，其磨损过程主要包含 3 个阶段：初始

磨损阶段、剧烈磨损阶段和稳定磨损阶段。比较而言，带涂层搅拌头的磨损过程则为“打断”和“撕裂”两个阶段。
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（a）分体式搅拌头示意图

（b）搅拌头尺寸图（mm）

头表面黏结大量钛合金，其磨损机

制为黏结磨损。Wu 等 [16] 用 PCBN
搅拌头对 4 mm 厚 TC4 钛合金板进

行搅拌摩擦焊接，研究不同焊接长

度下搅拌头的磨损情况，发现搅拌

头的磨损机理为机械磨损和扩散磨

损。因钛合金黏性较大，搅拌摩擦

焊的工艺适应性较差。为此，学者们

尝试在搅拌头表面沉积硬质涂层，以

加强其耐磨性，提高搅拌头的使用寿

命。Batalha 等 [17] 使用物理气相沉积

（PVD）技术在 WC–Co 高温合金搅

拌头表面沉积 AlCrN 基涂层，然后对

4 mm 厚 TC4 钛合金板进行 FSW 试

验，结果表明，在焊接 100 mm 后，由

于搅拌头在高温高压的环境中发生

严重磨损，搅拌针端部断裂且涂层完

全消失，搅拌头上出现钛合金黏结，

发生黏结磨损，同时黏结与涂层反应

发生了扩散磨损。为了研究涂层对钛

合金搅拌摩擦焊搅拌头磨损性能的影

响，提高搅拌头的使用寿命，本试验选

用无涂层搅拌头和 AlCrN 涂层搅拌

头（搅拌头材料均为 DZ22）对 2 mm
厚 TC4 钛合金板材进行 FSW 对接

试验，对比分析接头成形和力学性

能，研究涂层对搅拌头的使用寿命的

影响及其磨损机理，为钛合金 FSW
工艺的推广应用提供参考。

1　试验及方法

本试验材料选用多重热轧退火

态TC4钛合金板材，尺寸为160 mm× 
60 mm×2 mm，其化学成分如表 1
所示。焊接设备选用贵州航天天马

机电科技有限公司自主研发设计的

三维并联搅拌摩擦焊装备，型号为

FSW2840X240。
搅拌头的材料选择镍基高温合

金 DZ22，其化学成分如表 2 所示。

为节约原材料和机加工成本并兼顾

搅拌头更换的便捷性，本试验搅拌头

选用分体式设计，即搅拌针与轴肩采

用一体式搅拌头，与焊接设备连接段

选用 H13 钢（淬火态）制备的夹持柄，

当搅拌头发生磨损无法使用后，只需

更换搅拌头即可。搅拌头形状为普

通圆台内凹形轴肩搅拌头，其中轴肩

直径为 12 mm，内凹弧面深度为 0.4 
mm，搅拌针根部直径为 5 mm，端部

直径为 3 mm，搅拌针长 1.8 mm，如

图 1 所示。使用 PVD 技术在搅拌头

表面沉积 3 μm 厚 AlCrN 涂层。

试验采用对接的接头形式，焊接

方向与板材轧制方向平行。焊前使

用砂纸打磨待焊板材的对接区域，打

磨完成后，使用丙酮和酒精擦拭待焊

板材除去表面油污，再进行对接装

配，并在装配好的两板对接中线上预

制起焊孔，其直径为 4 mm，深度为

1.8 mm。固定焊接工艺参数：焊接

速度为 200 mm/min，搅拌头旋转速

度为 200 r/min，倾斜角为 2.5°，轴肩

下压量为 0.15 mm。焊接时，采用多

头喷管对搅拌头及待焊表面进行局

部氩气保护。

采用 3D 影像测量仪分别对焊

接前后搅拌头的轮廓、搅拌针长度和

轴肩内凹曲面深度进行测量，通过式

1[18] 对搅拌头磨损率进行量化分析，

以观察其磨损程度。

书书书

Ｌ ｉ － Ｌ ｆ
Ｌ ｉ
× １００％ ＝ Ｗｅａｒ％  （1）

式中，Li 为搅拌头初始长度，mm ；Lf

为焊后搅拌头长度，mm ；Wear% 为

搅拌头磨损率。

通过扫描电镜（SEM）、能谱仪

（EDS）对接头横截面以及搅拌头

的剖面进行检测。分别截取了不同

表 1　TC4 钛合金的化学成分（质量分数）

                    Table 1　Chemical composition of TC4 titanium alloy (mass fraction) %

图 1　搅拌头示意图

Fig.1　Schematic diagram of the welding tool

表 2　DZ22 搅拌头的化学成分（质量分数）

                     Table 2　Chemical composition of DZ22 welding tool (mass fraction) %

C Cr Co W Nb Hf B Ti

0.12~0.16 8.0~10.0 9.0~11.0 11.5~12.5 0.75~1.25 1.4~1.8 0.01~0.02 1.75~2.25

Zr Mn S Cu Al Fe Si Ni

≤ 0.05 ≤ 0.2 ≤ 0.015 ≤ 0.1 4.75~5.25 ≤ 0.20 ≤ 0.15 余量

Al V Fe C N H O Ti

6.19 4.23 0.09 0.022 0.011 0.0013 0.12 余量
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（c）Ni元素分布（b）O元素分布（a）SEM图

焊接长度下的接头的横截面进行分

析，因试板长度为 160 mm，单对板的

有效焊接长度为 150 mm，选择了多

块板，多次累计的焊接长度作为有效

的焊接长度。搅拌头剖面的加工方

法：沿搅拌针端面中心线处向下线

切割 8 mm，再向外切割 6 mm，制成

搅拌头横截面金相试样。

2　结果与讨论

2.1　焊缝横截面形貌

图 2（a）为使用无涂层搅拌头

焊接 300 mm 后焊缝横截面形貌，

图 2（b）为使用带 AlCrN 涂层搅拌

头焊接 800 mm 后焊缝横截面形貌。

由图 2（a）可见，当焊接长度为 300 
mm 时，焊缝中出现隧道型缺陷。而

采用带 AlCrN 涂层搅拌头焊接 800 
mm 后，焊缝内部仍未出现孔洞型缺

陷，如图 2（b）所示。由此可见，搅

拌头上的 AlCrN 涂层一定程度上可

以减少隧道型缺陷出现。隧道型缺

陷通常是由于塑性金属流动不充分

导致。分析认为，在焊接 300 mm 时，

无涂层搅拌头已经有磨损，使得搅拌

头的外形尺寸减小，导致塑性金属填

充不充分。然而，如图 2（b）中的 SZ
区域宽度明显大于图 2（a）中的 SZ
区域，且厚度方向减薄，应该是搅拌

头镦粗的结果，明显不同于常理，说

明 AlCrN 涂层的添加使磨损机理发

生变化。

根据前文分析，采用无涂层搅拌

头在搅拌摩擦焊接 TC4 时，易发生

磨损，为了研究磨损后搅拌头材料的

流向，对图 2（a）中的 A 区域进行

SEM 观察和 EDS 线扫描，如图 3 所

示。从图 3（a）可以看出焊缝中出

现白色絮状物，白色絮状物无规则

地镶嵌在焊缝中，形成条状带结构。

通过图 3（a）中 CD 段的 EDS 线扫

描，可以发现，当扫描到白色絮状物

区域时，O、Ni 元素将会急速上升，O
和 Ni 元素的质量分数在最高处分别

达到 55.3%、11.89%。因为，在整个

焊接体系中，只有 DZ22 搅拌头含有

Ni 元素，分析认为这与搅拌头的磨

损有关。在高温高压的焊接过程中，

DZ22 搅拌头材料磨损脱落，这也印

证了使用无涂层搅拌头，在焊接 300 
mm 长后焊缝中就出现隧道缺陷的

原因。

2.2　接头力学性能

图 4 为母材及有 / 无使用涂层

搅拌头焊后接头应力 – 应变曲线，其

中无涂层搅拌头的焊接长度为 600 
mm，带 AlCrN 涂层搅拌头的焊接长

度为 800 mm。使用无涂层、AlCrN
基涂层搅拌头焊后接头的抗拉强度

分别为 956.95 MPa 和 1041.30 MPa，
分别达到母材的 87.60%、95.32%。

使用无涂层搅拌头进行焊接，焊接

300 mm 长时已经出现了隧道缺陷，

如图 2（a）所示，在焊接 600 mm 时，

接头的抗拉较低。但是，使用 AlCrN
涂层搅拌头，在焊接 800 mm 后，其

接头的抗拉强度仍可达到母材的

95% 以上，很明显 AlCrN 涂层可以

延长搅拌头的使用寿命。但从图 4
（b）和（c）的应力 – 应变曲线可见，

搅拌摩擦焊接头的延伸率变差。分

析认为，这主要跟焊缝缺陷有关，采

用无涂层搅拌头焊接，易产生隧道缺

陷；采用 AlCrN 基涂层搅拌头焊接，

则使得横截面减薄，同时产生表面缺

陷，如图 2（b）所示。因缺陷的存在，

使得受力横截面发生突变，产生应力

集中，导致脆性断裂。

2.3　搅拌头磨损情况

图 5 为有 / 无涂层搅拌头焊后

搅拌针宏观形貌图，使用无涂层搅拌

头焊接 600 mm 后，搅拌针外轮廓明

显“变瘦”，搅拌针端部出现大量黏

结，搅拌头已无法正常使用。AlCrN
基涂层搅拌头在搅拌针端部出现微

量黏结，外轮廓除在搅拌针根部位置

缩减外，其余位置几乎未发生变化。

图 3　图 2（a）中 A 区域 SEM 图及 EDS 线扫描图

Fig.3　SEM and EDS line scan of area A in Fig.2(a)

图 2　有 / 无涂层搅拌头焊后接头横截面形貌

Fig.2　Cross-sectional morphology of the joints 
after welding with and without coated welding tool
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观形貌如图 6 所示，搅拌头轴肩处都

出现严重的磨粒磨损和黏结磨损，

轴肩表面沟槽密布并且出现大面积

剥落，同时表面都出现不同程度的

氧化现象。由于钛合金化学活性活

跃，在高温情况下很容易与焊接环境

中残留的 H2、O2、N2 发生反应形成

硬而脆的外皮 [19]，从而加剧搅拌头

的磨损。通过对比图 6（a）和（b），
AlCrN 基涂层搅拌头的氧化程度较

小，涂层可以抑制钛合金的黏结，减

少搅拌头的黏结磨损。

通过式（1）计算搅拌针、轴肩的

磨损率，对搅拌头的磨损进行定量分

析，计算结果如图 7 所示。无涂层搅

拌头在焊接 600 mm 后，搅拌针长度

缩短 0.3 mm，磨损率为 1.21% ；轴肩

深度缩短 0.41 mm，磨损率为 1.74%。

AlCrN 基涂层搅拌头在焊接 800 mm
后，搅拌针长度缩短 0.15 mm，磨损

率为 0.6% ；轴肩深度缩短 0.31 mm，

磨损率为 1.35%。在多焊接 200 mm
的情况下，AlCrN 涂层使得搅拌头

上搅拌针和轴肩的磨损率分别减少

50.41% 和 22.41%。很明显，AlCrN
涂层能够有效延长搅拌头的使用寿

命。

2.4　焊后搅拌头的横截面形貌

图 8 为有 / 无涂层搅拌头焊后

轴肩区域的 SEM 和 EDS 面扫描图。

搅拌头出现明显的磨损，其磨损类型

主要包括黏结磨损、磨粒磨损和氧化

图 4　母材及有 / 无使用涂层搅拌头焊后接头应力 – 应变曲线

Fig.4　Stress–strain curves of the base metal and the joints after welding with and without coated welding tool

图 5　焊接前后搅拌针的宏观形貌

Fig.5　Macroscopic morphology of tool-pin before and after welding

图 6　焊后轴肩的宏观形貌

Fig.6　Macroscopic morphology of the welding tool shoulder
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磨损。磨粒磨损主要是由于当焊接

热输入量不足时，搅拌头在行进过程

中与钛合金相互挤压摩擦形成的微

小硬质颗粒划过搅拌头表面，导致搅

拌头表面材料损失。无涂层搅拌头

在焊接 600 mm 后搅拌头上出现大

量黏结，通过 EDS 能谱分析发现黏

结物主要为钛合金的氧化物，随着焊

接的进行，黏结不断脱落又重新生

成，钛合金黏结脱落时会撕裂搅拌头

表面的材料，对搅拌头表面造成磨

损，发生黏结磨损。另外，通过对搅

拌头上黏结物进行能谱分析，发现黏

结物中含有大量的 O、N 元素，随着

钛合金在搅拌头表面的黏结，搅拌头

的轮廓越来越大，且不规则，在旋转

时，高温黏结物有机会与外界气体接

触，从而造成搅拌头的氧化磨损。图

8（b）显示，带 AlCrN 涂层搅拌头在

焊接 800 mm 后，轴肩表面只黏结一

层薄薄的钛合金氧化物，分析认为

AlCrN 基涂层可以抑制钛合金在搅

拌头表面黏结，减少黏结磨损。

图 9 为无涂层搅拌头在焊接

600 mm 后搅拌针剖面的 SEM 及

EDS 面扫描图。在焊接过程中搅拌

针表面出现波浪型“倒刺”，少量钛合

金镶嵌在其表面，同时在黏结物中出

现搅拌头中的材料。分析认为，在“黏

结 – 撕裂 – 剥落”的过程中，搅拌头

的表面大致经历 3 种状态：“小凹坑 –
倒刺 – 鸿沟”，在这 3 种状态下搅拌

头表面的粗糙度依此递增使得黏结

量增加，而在撕裂的过程中会剥落搅

拌头上的材料对焊缝造成污染。而

除搅拌针端部外，其余位置并未出现

较厚的黏结，这与塑化材料的流动有

关，当搅拌针形貌为光滑圆台形时，

其端部主要以挤压流动为主 [20]，这

造成了黏结物在端部富集。

图 10 为 AlCrN 基涂层搅拌头焊

后搅拌针剖面图。搅拌头表面黏结

有钛合金，但与无涂层搅拌头相比，

经过长距离的焊接后在其表面并没

有出现沟槽，黏结磨损的程度较轻。

同时，由图 10 可以看出，AlCrN 涂层

在搅拌头表面仍有残留，涂层边缘呈

现卷曲状，这是由于局部黏结物在焊

接过程中被撕裂，同时撕裂搅拌头表

面的涂层，与无涂层搅拌头的磨损过

程类似。

2.5　磨损机理分析

综合分析焊缝横截面形貌、接头

力学性能、搅拌头磨损情况以及焊后

搅拌头的横截面形貌，对搅拌头的磨

损机理进行分析。图 11 为无涂层搅

拌头的磨损机理示意图，无涂层搅拌

头的磨损主要分为 3 个阶段：初始磨

损阶段、剧烈磨损阶段和稳定磨损阶

段。初始磨损阶段：在钛合金 FSW
初始阶段因焊接温度较低，大量未塑

化的钛合金硬质颗粒持续摩擦搅拌

头表面，使其出现微小凹坑，微量钛

图 7　有 / 无涂层搅拌头焊后搅拌头磨损率

Fig.7　Tool wear rate after welding with or 
without coated tool

图 8　有 / 无涂层搅拌头焊后轴肩处 SEM 和 EDS 面扫描图

Fig.8　SEM and EDS images at the shoulder of the welding tool after welding with and without coated tool
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合金黏结在其表面，此时主要以磨粒

磨损为主，黏结磨损为辅。剧烈磨损

阶段：随着焊接进行，热输入量逐渐

增大，大量钛合金黏结在其表面，持

续进行“黏结 – 撕裂 – 剥落”，微量

未塑化的钛合金硬质颗粒摩擦搅拌

头表面，此时以黏结磨损为主，磨粒

磨损为辅。稳定磨损阶段：当热输入

量趋于稳定，钛合金黏结物覆盖整个

搅拌头，在一定程度保护搅拌头不发

生磨粒磨损，此时仅发生黏结磨损，

持续进行“黏结 – 撕裂 – 剥落”。

图 12 为 AlCrN 涂层搅拌头的磨

损机理示意图，涂层搅拌头的磨损主

要分为打断、撕裂两个阶段。当搅拌

头在下压、预热过程中，由于钛合金

硬度大、热输入量较低，搅拌头受到

硬质颗粒的不断冲击摩擦，连续的涂

层表面出现凹坑致使涂层呈断续状。

在行进过程中热输入量趋于稳定，在

凹坑处开始出现黏结直至覆盖涂层，

随着搅拌头的运动凹坑处黏结发生

图 9　无涂层搅拌针剖面 SEM 图及 EDS 图

Fig.9　SEM image and EDS image of uncoated tool-pin

图 10　AlCrN 基涂层搅拌针剖面 SEM 图及 EDS 图

Fig.10　SEM and EDS images of tool-pin with AlCrN-based coating

图 11　无涂层搅拌头磨损原理图

Fig.11　Wear schematic of uncoated welding tool
图 12　有涂层搅拌头磨损原理图

Fig.12　Schematic diagram of coated tool wear
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“剥落 – 撕裂”，在黏结撕裂的过程中

同时也会撕裂掉搅拌头上的涂层，随

着焊接距离的增加，这个过程将持续

进行直至涂层完全剥落。

3　 结论

本文针对 TC4 钛合金搅拌摩擦

焊，对比分析了有 / 无涂层条件下的

焊缝横截面形貌、接头力学性能、搅

拌头磨损情况，以及焊后搅拌头的横

截面形貌，并对搅拌头的磨损机理进

行了分析，得出以下 4 项结论。

（1）使用无涂层搅拌头，焊接

600 mm 后，搅 拌 针 长 度 缩 短 0.3 
mm，磨损率为 1.21% ；轴肩深度缩

短 0.41 mm，磨损率为 1.74% ；使用

AlCrN 涂层搅拌头，焊接 800 mm 后，

拌针长度缩短 0.15 mm，磨损率为

0.6% ；轴肩深度缩短 0.31 mm，磨损

率为 1.35%。AlCrN 涂层可有效降

低搅拌头的搅拌针和轴肩磨损率，提

高搅拌头的使用寿命。

（2）AlCrN 涂层可提高焊接接

头力学性能。使用无涂层搅拌头，焊

接 600 mm 后，接头的抗拉强度为母

材的 87.60%。使用 AlCrN 涂层搅拌

头，焊接 800 mm 后，接头抗拉强度

仍可达到母材的 95.32%。

（3）无涂层搅拌头的磨损主要分

为 3 个阶段：初始磨损阶段、剧烈磨

损阶段和稳定磨损阶段。初始磨损

阶段以磨粒磨损为主，黏结磨损为辅；

剧烈磨损阶段以黏结磨损为主，磨粒

磨损为辅；稳定磨损阶段仅发生黏结

磨损。由于焊接过程中保护气体浓度

不足，3 个阶段都会发生氧化磨损。

（4）AlCrN 涂层搅拌头磨损主

要分为“打断 – 撕裂”两个阶段，硬

质颗粒将连续涂层打断为断续状，在

打断处发生黏结磨损，随后表面黏结

又将涂层撕裂，过程持续直至涂层完

全磨损。
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Wear Mechanism of Titanium Friction Stir Welding Tool and 
Its Coating Reinforcement

HUANG Yongde1,2, WU Dawei2, ZHANG Zelong3, LIU Qiang2, CHEN Yi2

(1. Taizhou University, Taizhou 318000, China;
2. Jiangxi Key Laboratory of Aerospace Component Forming and Joining, Nanchang Hangkong University, Nanchang 330063, China;

3. AVIC Shaanxi Aircraft Industry Co. Ltd., Hanzhong 723000, China)

[ABSTRACT]　In order to improve the operation life of welding tool in friction stir welding (FSW) of titanium alloy, 
the coating was added to the surface of the welding tool, and the effects of surface coating on the operation life of welding 
tool was studied. FSW of TC4 titanium alloy was conducted by using uncoated and AlCrN coated welding tool. The wear 
of the welding tool was characterized by 3D imaging instruments, and the microstructure and composition of the joint are 
analyzed using scanning electron microscopy (SEM) and energy dispersive spectroscopy (EDS). The influence of AlCrN 
coating on the service life of the welding tool was studied. The results are as follow: Compared to the uncoated welding 
tool, the effective welding distance of AlCrN coated welding tool has increased from 600 mm to 800 mm, and after welding 
in the length of 800 mm, a well formed welding joint with a tensile strength of 95.32% of the base material can still be 
obtained. In addition, the wear rates of the pin and shaft shoulder of AlCrN coated welding tool are reduced by 50.41% and 
22.41%, respectively. AlCrN coating can effectively improve the service life of the welding tool. Comparative analysis of 
the wear of the welding tool reveals that the wear of the uncoated welding tool includes abrasive wear, bonding wear, and 
oxidation wear. The wear process mainly includes three stages: initial wear stage, severe wear stage, and stable wear stage. 
Comparatively, the wear process of the coated welding tool consists of two stages: “breaking” and “tearing”.
Keywords: Friction stir welding; TC4 titanium alloy; Welding tool; AlCrN coating; Wear （责编  晓月）

Numerical Simulation of Interfacial Friction and Transient Thermal Processes 
in Inertia Friction Welding of GH4169 Superalloy

TANG Tianxiang1,2,3, SHI Qingyu1,2,3, ZHOU Jun4, ZHANG Chunbo4, LIANG Wu4, 
ZHOU Mengran1,2,3, ZHANG Gong1,2,3, CHEN Gaoqiang1,2,3

(1. Department of Mechanical Engineering, Tsinghua University, Beijing 100084, China;
2. State Key Laboratory of Clean and Efficient Turbomachinery Power Equipment, Department of Mechanical Engineering, 

Tsinghua University, Beijing 100084, China;
3. Key Laboratory for Advanced Materials Processing Technology, Ministry of Education, Beijing 100084, China;

4. CAM Harbin Welding Institute Limited Company, Harbin 150028, China)

[ABSTRACT]　For the inertial friction welding (IFW) of GH4169 superalloy, a finite element (FE) simulation model 
was established to investigate the transition of interfacial friction regime and transient evolution law of thermal processes 
variables such as heat generation and temperature. The accuracy of the FE model is verified by the experimental data. The 
results show that the Coulomb friction zone occupies the whole interface at the beginning of the welding process, and 
gradually shrinks from 0.54 s and disappears completely at 9.60 s, while the shear friction zone builds up at 0.31R0 (R0 is 
the radius of the workpiece) and expands to the entire interface. Based on the simulation results, an analytical equation 
describing the evolution of the Coulomb friction zone is proposed. The coupling relationship and variations of heat flux, 
frictional stress and temperature at the interface caused by the transition of friction regime are analyzed. The results show 
that the transition of interfacial friction regime from the Coulomb friction regime to the shear friction regime is beneficial 
for temperature homogenization at the interface.
Keywords: Inertia friction welding; Friction regime; Heat flux; Temperature field; Finite element analysis; GH4169 superalloy

 （责编  晓月）
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摩擦焊接Friction Welding

高　嵩

  博士研究生，讲师，主要从事同种

及异种材料焊接技术研究。
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铝及铝合金具有密度低、加工性

能好、导热性和抗腐蚀性强等特点，

钢具备强度较高、塑性和韧性良好等

优势。因此，在航空航天、船舶重工

和汽车制造领域中，铝和钢发挥着不

可替代的作用 [1–3]。以新能源汽车为

例，采用铝 / 钢复合结构件既可以保

证汽车具备良好的抗冲击性能和较

高强度，同时能够降低整车质量，极

大提高了新能源汽车的续航里程和

驾驶舒适度，是实现汽车轻量化的有

效途径之一 [4]。然而，根据铝 / 钢金

属的焊接性可知 [5]，铝 / 钢的物理性

能差距较大，具体表现为：铝和钢的

熔点相差甚远，因此当铝熔化为液态

时，钢还处于固体加热状态，而当钢

完全熔化为液态后，由于铝的密度较

低，熔化的液态铝将浮在钢液上方，

导致焊缝冷却结晶后的力学性能较

低；铝和钢的线膨胀系数和热导率

等相差较大，因此，在传统焊接过程

中会导致接头裂纹的产生；铝在高

温作用下极易被氧化为 Al2O3，该氧

化物的形成会导致焊缝夹渣的产生，

严重影响铝 / 钢的接头性能。此外，

从 Fe–Al 二元相图可以看出，铝与钢

的固溶度较小，并且高温下极易形成

脆硬的金属间化合物（Intermetallic 
compounds，IMCs），IMCs 的形成将

严重降低接头的力学性能，影响焊接

质量 [6–8]。

近年来，国内外专家学者针对铝 /

铝 / 钢异种金属搅拌摩擦焊性能改善方法及其
研究现状*

高　嵩 1，2，吴程浩 1，2，石　磊 3，刘　涛 1，2，景元坤 1，2，尹启朋 1，2，郭　宁 1，2

（1. 齐鲁工业大学（山东省科学院），济南 250353；
2. 山东省机械设计研究院，济南 250031；

3. 山东大学材料液固结构演变与加工教育部重点实验室，济南 250061）

[ 摘要 ]　铝合金与钢的复合结构具有质量轻、强度高、成本低等特点，广泛应用于航空航天、船舶重工、汽车制造等

领域。搅拌摩擦焊（Friction stir welding，FSW）作为一种新型固相连接技术，具有高效、节能、环保等优势，但利用

传统搅拌摩擦焊获得的铝 / 钢异种接头仍然存在诸多缺陷。基于铝 / 钢异种金属搅拌摩擦焊的优化，本文对目前已

经在铝 / 钢搅拌摩擦焊方面取得成果的辅助方式进行总结归纳，将其划分为机械结构式辅助 FSW、中间过渡层辅助

FSW、温度控制型外源辅助 FSW 和超声振动辅助 FSW，并在此基础上进一步展望了铝 / 钢异种金属搅拌摩擦焊优

化方法的发展方向。

关键词：铝 / 钢异种金属；搅拌摩擦焊（FSW）；优化；机械结构；过渡层；温度控制；超声振动
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钢异种金属连接做了诸多研究，主

要连接方法有熔焊、钎焊、熔钎焊和

机械连接 [9–15]。熔焊在焊接过程中

存在较大的热输入，且不能对热输

入量进行精确调控，因此在焊接过

程中极易产生较厚的脆硬 IMCs，导
致铝 / 钢接头的失效；钎焊所产生的

接头变形量较小，焊接工艺参数可调

控，生成的 IMCs 较少，但钎焊易受到

气孔、夹渣等缺陷的影响，导致接头

力学性能较低；熔钎焊介于钎焊和熔

焊之间，接头性能提高范围有限 [16] ；

机械连接具有操作方便、无热量输

入、无脆硬 IMCs 生成等优点，但相

较于其他连接方式，机械连接的接头

强度较低。为了增加铝 / 钢连接的

接头强度，精确控制连接过程的热输

入总量，有效抑制 IMCs 的生成，目

前铝 / 钢异种金属的连接更倾向于

固相焊接。

搅拌摩擦焊（Friction stir welding，
FSW）是一种新型的固相连接技术，

主要利用摩擦产热和塑性变形实现

板材的连接。FSW 作为一种绿色

焊接技术，具有诸多优势，其在焊接

前、中不需要预备坡口，焊接过程中

不会产生污染，焊后接头变形较小、

自动化程度高 [17]，并且可对 IMCs 的

生成进行调控，得到高质量的焊接接

头 [18–19]。基于上述优势，国内外专

家学者早已对铝 / 钢 FSW 开展诸多

研究 [20–24]。但是，一方面由于传统

FSW 需要足够大的焊接轴向力和搅

拌头扭矩来产生充足的热输入，这会

加剧搅拌头的磨损，同时严重限制焊

接速度的提高，进而降低焊接效率；

另一方面，传统 FSW 虽然在一定程

度上缓解了铝 / 钢之间较大的热物

理性能差异，但在实际焊接过程中仍

存在材料塑性流动能力弱、界面脆性

IMCs 过厚和接头力学性能较低等问

题。因此，研究学者开展了大量有关

外源辅助铝 / 钢 FSW 的研究，根据

作用原理不同将其划分为机械结构

式辅助 FSW、中间过渡层辅助 FSW、

温度控制型外源辅助 FSW 和超声振

动辅助 FSW。本文对不同辅助方法

的作用原理、界面结合特征和力学性

能进行总结归纳，分析了不同改善方

法的优点和局限，并展望了铝 / 钢异

种金属 FSW 的优化方向。

1　机械结构式辅助 FSW
1.1　铆接辅助搅拌摩擦焊

传统铆接是一种利用轴向压力

将铆钉镦粗后压入孔内形成钉头结

构，从而实现板材结合的机械连接方

式，具有操作简单、连接可靠等优点。

但铆接过程中同时存在铆钉杆在钉

孔内弯曲、铆钉头及连接板材出现裂

纹缺陷等问题，影响连接质量。基于

铆接原理，将 FSW 与铆接相结合，在

界面原有的冶金结合基础上，可提高

界面机械结合强度，进而提升接头力

学性能。根据铆钉来源和尺寸，可将

其划分为利用待焊材料塑性流动形

成自铆钉结构的宏观铆接、微观铆接

和填充预制铆钉的外源铆接。

1.1.1　宏观铆接

Chen 等 [25] 以 AA7075 铝 合 金

和 Q235 钢作为母材进行自铆搅拌

摩擦搭接焊（Self–riveting friction stir 
lap welding，SR–FSLW），总结了锁

紧铆钉的形成机理，将其划分为沉

降、挤压、填充和锁紧这 4 个步骤，如

图 1 所示。当搅拌针距离预置孔较

远时，铝合金在焊接热和轴肩挤压作

用下大量流入预置孔内；随着搅拌

针的靠近，预置孔后壁在搅拌针的挤

压作用下发生变形，使内部的铝合金

在压力作用下向上运动，最终在预置

孔内循环流动；当搅拌针移动到预

置孔正上方时，在剧烈塑性变形的作

用下铝合金和钢充分混合，形成涡流

层状结构（Swirl-layered structure）；

随着搅拌针离开预置孔，涡流层状结

构部分密封预置孔顶部，最终锁定

铆钉。Huang 等 [26–27] 实现了 6082–
T6 铝合金和 QSTE340TM 钢的 SR–
FSLW，研究了预置孔直径大小对接

头强度的影响，结果表明，接头抗剪

切强度在孔径 3 mm 时达到最大值

317 N/mm。这是由于当孔径从 0 增

加到 3 mm，铝铆钉尺寸增大，相比于

铝 / 钢接触面积减小而引起的接头

强度损失，此时较强的机械结合对接

头强度的提高起到主导作用，因此接

头抗剪切强度增大；随着孔上部直

径继续增加，机械连接的补强已经不

足以弥补冶金结合的巨大损失，进而

导致接头抗剪切强度下降。

1.1.2　微观铆接

Liu 等 [28] 通过激光蚀刻技术在

图 1　锁紧铆钉的形成机理 [25]

Fig.1　Formation mechanism of locked rivets[25]
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（c）区域 c 的高分辨率图像 （d）区域 d 的高分辨率图像

304 不锈钢表面预制微米级凹槽阵

列，实现了铝 / 钢涡流摩擦搅拌搭接

焊（Micro–groove–assisted vortex–
friction stir lap welding，MG–VFSLW）

的工艺优化。如图 2 所示 [28]，在铝 /
钢界面的微凹槽附近产生了微观铆

钉结构，提高了界面的机械锁合程

度，使接头线荷载从常规 VFSLW 的

346.8 N/mm 提高至 MG–VFSLW 的

485.9 N/mm。

1.1.3　外源铆接

任航等 [29] 将 GB109– 平头实心

铝铆钉放置在预制通孔中，采用 FSW
实现了 2A12–T4 铝合金和 S304 退

火态不锈钢的稳定连接，获得了平均

拉剪力为 6519 N 的铝 / 钢接头；结

果表明，在靠近搅拌头搅拌的区域，

受搅拌头的旋转摩擦和挤压作用，与

铆钉接触的钢板发生微小变形，生成

钩状结构嵌入铝铆钉中；对钩状结

构周围进行 SEM 点扫描，发现在钢

板和铝铆钉界面处形成了厚度非常

薄的 IMCs，实现了冶金连接和机械

连接的有效结合。黄体方 [30] 在预置

孔内填充 SiC 颗粒增强铝基复合材

料，采 用 SR–FSLW 实 现 了 6082–
T4铝合金和QSTE340TM钢的连接，

并对不同开孔方式展开研究。结果

表明，材料棒的锯齿形排布有效解

决了直线排布时 SiC 颗粒分布不均

匀的问题，充分发挥了 SiC 颗粒对

铆接区域的强化作用；而间歇性半

通孔的开孔方式，在保证 SiC 颗粒

增强铆钉作用的同时，也兼顾了钢

侧的承载能力。因此，当采用如图

3 所示 [30] 的间歇性半通孔锯齿形

排布时，接头最大失效载荷为 12.55 
kN，接头单位长度最大承载达到 608 
N/mm。

1.2　特殊接头结构辅助搅拌摩擦焊

研究人员通过设计特殊的接头

形式，使焊接后的界面产生有益的机

械互锁结构，以此提高接头质量。张

忠科等 [31] 以 3 mm 厚的 Q235 板材

和 2A12 铝合金为待焊板材，沿厚度

方向将钢板端面加工成倾斜的锯齿

形状，然后利用 FSW 实现了铝 / 钢异

种金属的连接，焊接方式如图 4（a）
所示；焊接过程中，锯齿顶部的材料

随着搅拌头的下压与旋转迁移到铝

基体中，形成图 4（b）中展示的弯钩

结构，这种铝 / 钢充分混合形成的机

械互锁结构有效提高了焊接接头的

力学性能。徐海升 [32] 设计了基于“差

高 – 偏置”原理的改进型铝 / 钢对接

接头，如图 5 所示；研究表明，复合

接头消除了界面底部常见的未焊透

图 2　MG–VFSLW 中铝 / 钢界面的微结构 [28]

Fig.2　Microstructure of the Al/steel interface in MG–VFSLW[28]

图 3　外源铆接 FSW 示意图 [30]

Fig.3　Schematic diagram of extrinsic-riveting FSW[30]

图 4　铝 / 钢搭接接头 [31]

Fig.4　Al/steel butt joint[31]

钢

铝合金
后退侧前进侧

2 mm

（a）原理示意图 （b）横截面宏观形貌
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缺陷，同时防止界面形成不良形态的

Hook 钩，避免了焊缝的应力集中，接

头最大抗拉强度达到铝合金母材的

93%。

2　中间过渡层辅助 FSW
铆接辅助和特殊接头结构辅助

均旨在提高铝 / 钢界面的机械结合

强度。然而，在铝 / 钢异种金属焊接

时，界面将在热力作用下发生冶金反

应，原子的互扩散行为将生成种类

多样且厚度不均的 IMCs。罗磊 [33]

研究了界面 IMCs 厚度和抗拉强度

的关系，结果表明，随着 IMCs 厚度

的不断增大，接头抗拉强度先增大后

减小并在 0.57 μm 时达到最大值 334 
MPa。Bozzi 等 [34] 发现当 IMCs 厚度

超过 8 μm 时，接头失效载荷将急剧

降低。Geng 等 [35] 的研究表明，当界

面生成 1.5 μm 的 IMCs 时，接头的整

体承载能力达到了峰值，为铝合金母

材的 75.2%。然而，IMCs 的生长受

材料属性、焊接参数和环境条件等

多方面影响，难以实现稳定的调控。

因此，为了避免较厚的脆硬 Al/Fe–
IMCs 劣化界面的冶金结合强度，相

关学者开始利用性能良好的中间过

渡层代替原有 Al/Fe–IMCs，以提高

界面的冶金结合强度。

2.1　Zn 作为中间过渡层

张桂源等 [36]利用表面喷涂0.4 mm 
厚 Zn 层的 S420MC 钢板与 6005A–T6
铝合金进行搅拌摩擦搭接焊（FSLW）。

如图 6 所示 [36]，通过对比无 Zn 层和

有 Zn 层接头 XRD 的特征峰，发现

无 Zn 层接头铝 / 钢两侧的金属间化

合物衍射峰的强度远高于有 Zn 层

接头，说明 Zn 层的加入有效减少了

界面 IMCs 的生成，接头最大拉伸载

荷提高 17%。郑其贤 [37] 将 2A70 铝

合金和 316 不锈钢之间加入 Zn 层进

行 FSW，发现 Zn 层的熔化使得 Al/Zn、
Zn/Fe 混层生成，代替了脆硬的 Al/
Fe–IMCs，从而提高了接头质量；当

搅拌针扎入钢板深度均为0.1 mm时，

加入 Zn 层后的接头平均失效载荷由

3.13 kN 提升至 4.50 kN。

2.2　Al 作为中间过渡层

由于 Zn 层熔点较低，无法在高

温下维持稳定状态，限制了 FSW 的

效率。因此，Al 作为中间过渡层受

到了广泛的研究与应用。Zhou 等 [38]

利用摩擦堆焊（Friction surfacing，
FS）在 Q235 钢板表面制备 1 mm 厚

的 Al 中间层，随后与 6061 铝板进行

搅拌摩擦搭接焊。焊接过程中，搅拌

针完全插入铝板和中间层而不搅拌

钢。图 7[38] 为接头断口的 XRD 分析，

可知在铝 / 钢界面处形成了取代传统

IMCs 的扩散层，拉剪载荷较传统接头

提高 30%。Li 等 [39] 利用冷喷涂技术

对 AA6022 铝合金与 Usibor1500 先进

高强度钢进行 FSLW，在 Usibor1500
先进高强度钢表面冷喷涂 200 μm 厚

的 Al 层；结果表明，Al 层的加入有

效减少搅拌摩擦焊接头的磨损，其接

头界面展现为无“钩状”结构的夹层

结构，在 Al 层和钢的界面间未发现

IMCs。
2.3　Ni 作为中间过渡层

Kundu[40] 和 Chen[41] 等表明，Ni
和 Fe 在固相复合过程中不会产生任

何脆性较大的 IMCs，可以实现较高

强度的结合，同时与 Al/Fe–IMCs 相

比，Al/Ni–IMCs 具有一定的塑性，脆

图 5　改进型对接接头的焊缝横截面宏观形貌 [32]

Fig.5　Macro-morphology of weld cross section of improved butt joint[32]

图 6　无 Zn 层和有 Zn 层的接头断口 XRD 图谱 [36]

Fig.6　XRD patterns of joint fracture without Zn layer and with Zn layer[36]
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性相对较小，因此 Ni 作为中间过渡层

具备可行性。邵家霖 [42] 利用搅拌摩

擦 钎 焊（Friction stir brazing，FSB）

技术对 1060 工业纯铝和 Q235 低碳

冷轧钢进行焊接，利用 Ni 作为中间

过渡层，显著减少了接头界面脆硬

Al/Fe–IMCs 的生成，接头纵向和横

向失效载荷均得到较大提升，如图 8
所示。

3　温度控制型外源辅助 FSW
3.1　预热处理辅助搅拌摩擦焊

Tang 等 [43] 研究了预热处理对

6061 铝合金和 E235A 钢搅拌摩擦

焊的温度分布和材料流动的影响；

如图 9 所示 [43]，预热处理过的接头

焊核区扩大，铝合金和钢的混合程

度更高，同时消除了常规 FSW 接头

内部存在的孔洞缺陷；拉伸试验表

明，经过预热处理的接头失效载荷

由 226 MPa 提升至 283 MPa。Pankaj
等 [44] 研究了电磁感应辅助搅拌摩

擦焊接（Induction–assisted friction stir 
welding，I–FSW）对铝 / 钢对接接头

的影响，试验结果表明，感应预热的

应用显著降低了材料的屈服 / 流动

应力，与常规接头相比，高预热条件

下的搅拌头轴向力降低了 27.8%，扭

矩降低了 21.7%，有效减少了搅拌头

的磨损。

3.2　激光辅助搅拌摩擦焊

高能密度的激光束已广泛应用

于异种金属的高质量连接 [45]，同时

也可以作为辅助热源用以提高待

焊板材的软化程度。激光辅助搅

拌摩擦焊（Laser-assisted friction stir 
welding，LAFSW）是一种在保留

FSW 固相连接优势的同时，利用高

能激光束预热待焊板材，促进材料跟

随搅拌针旋转流动的焊接方式。由

于母材得到软化，减小了待焊板材受

到的扭矩，降低了夹具的要求，同时

降低了搅拌头行进过程中受到的各

项焊接载荷，提高搅拌头的使用寿

命。Merklein 等 [46] 利用 LAFSW 技

术实现了 DC04 钢和 6016–T4 铝合金

的有效连接，发现当转速 2000 r/min、
焊速 1500 mm/min 和激光功率为 1500 
W 时，获得了抗拉强度为 200 MPa
的优质接头，达到母材的 80%。费

鑫江等 [47] 通过 LAFSW 技术实现了

6061 铝合金和 Q235 钢的对接焊（图

10（a）），并对不同激光功率下的接

头质量进行分析研究；图 10（b）为

接头抗拉强度与激光功率间的关系，

发现随着激光功率的提高，热输入逐

渐增大，虽然 IMCs 略微变厚，但增

强的材料流动更有益于接头质量的

提高，因此在激光功率为 900 W 时，

图 7　预置 Al 层断口 XRD 图谱 [38]

Fig.7　XRD spectra obtained from fracture surfaces with Al layer[38]

图 8　无 Ni 层和有 Ni 层的接头失效载荷 [42]

Fig.8　Failure load of joints without Ni layer and with Ni layer[42]

图 9　常规 FSW 和预热处理 FSW 的焊缝横截面宏观形貌 [43]

Fig.9　Macro-morphology of weld cross section of conventional FSW and preheating FSW[43]
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接头抗拉强度达到峰值 198 MPa；当
激光功率继续增大时，过厚的 IMCs
成为降低接头质量的决定因素。

3.3　电流辅助搅拌摩擦焊

电流辅助搅拌摩擦焊（Electrically 
assisted friction stir welding，E–FSW）

在常规 FSW 基础上，对待焊板材施

加外部电流，利用电流所产生的焦

耳热效应和电塑性效应软化即将焊

接的材料，促进焊接过程中材料的

塑性流动，提高接头质量，减少搅拌头

的磨损。Liu 等 [48] 提出了图 11 所示

的新型电流辅助搅拌摩擦焊接方法，

并利用该结构实现了 6061 铝合金和

TRIP780 钢的连接。如图 12 所示 [48]，

相比于常规 FSW 界面只有一层平整

光滑的 IMCs 层，电流的加入使 Al/ 钢
界面处产生大量的微观互锁结构，抑

制了脆性 IMCs 中裂纹的产生和扩

展，提高了接头的延展性，进而提升

了接头力学性能。Chen 等 [49] 研究

了 6061–T6 铝合金与 TRIP780 钢的

电流辅助搅拌摩擦点焊工艺，和常规

搅拌摩擦点焊相比，其焊接轴向力降

低了 12.84%，接头强度提高了 43%；

同时，研究证明了在焊接过程中，直

流电和交流电对降低焊接轴向力的

作用效果是相同的。

3.4　电弧辅助搅拌摩擦焊

电弧辅助搅拌摩擦焊与激光辅

助搅拌摩擦焊类似，同样利用焊枪预

先加热搅拌头前方的待焊材料，使母

材提前软化再进行正常焊接。Bang
等 [50] 采用图 13（a）展示的钨极亚

弧焊（TIG）辅助搅拌摩擦焊对 5052
铝合金和 DP590 高强度钢板进行焊

接试验和数值分析；研究表明，当焊

接电流为 20 A 时，TIG 辅助搅拌摩擦

焊相较于常规 FSW 接头，材料软化程

度提高、塑性流动加快，界面金属间化

合物厚度适中，接头平均抗拉强度达

到 184 MPa，比常规 FSW 接头提高了

10%。Bang 等 [51] 利用图 13（b）展示

的钨极惰性气体保护焊（GTAW）辅

助搅拌摩擦焊对 6061–T6 铝合金和

图 10　LAFSW 原理及接头抗拉强度示意图 [47]

Fig.10　Schematic diagram of  LAFSW principle and tensile strength of joints[47]

图 11　E–FSW 示意图 [48]

Fig.11　Schematic diagram of E–FSW[48]

Backing plateThemocouples

Dynamometer

1 mm

FSW tool

Al 6061
0.4 mm mica

Tool offset

Compressive springs
Copper electrodes
TRIP steel

图 12　不同偏移量下的铝 / 钢焊接界面 [48]

Fig.12　Comparison of Al/steel interface under different offset[48]

图 13　电弧辅助 FSW 示意图

Fig.13　Schematic diagram of arc assisted FSW
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STS304 不锈钢进行焊接；试验表明，

利用GTAW对不锈钢表面进行预热，

增强了材料的塑性流动和异种材料

的部分退火效应，使焊缝延伸率显著

提高，提高了接头强度；如图 14 所

示 [51]，采用 GTAW 辅助的搅拌摩擦

焊在不同焊接参数下的接头强度明

显高于常规搅拌摩擦焊的接头强度。

许惠斌等 [52] 采用电弧辅助搅拌摩擦

焊对 2024 铝合金和 Q235 钢进行焊

接，根据图 15 所示的抗拉强度与电

流关系示意图可知，随着电流的增

加，接头强度呈现出先增大后减小的

趋势。这是因为随着焊接电流的增

大，材料软化程度提高且塑性流动能

力增强，使界面生成部分起到互锁作

用的“钩状”结构，提高了接头力学

性能；随着焊接电流持续增大，过高

的热输入使界面生成较厚的 IMCs，
劣化了界面冶金结合强度，因而接头

强度逐渐降低。

上述研究表明，辅加热源虽然可

以通过提高热输入起到软化母材、促

进材料塑性流动等作用，但过高的热

输入将促进 Al 原子和 Fe 原子的相

互迁移，形成较厚的脆性 IMCs，严
重降低界面冶金结合强度。在保证

接头质量的前提下，通过改变焊接参

数，如降低搅拌头转速、提高焊接速

度或减小偏移量和下压量等，只能有

限地控制热输入量，对接头整体性能

的提升作用较小。因此，通过及时冷

却接头的方法来降低焊接热输入，进

而抑制界面 IMCs 的生长，成为提高

接头质量的新思路。

3.5　水冷辅助搅拌摩擦焊

Derazkola 等 [53] 对 5083 铝合

金和 A441 AISI 钢的水下搅拌摩擦

焊（Underwater friction stir welding，
UwFSW）进行了研究，试验装置如

图 16 所示。由图 17 所示 [53] 的界面

SEM 图像可知，在室温空气环境下，

铝 / 钢界面存在一个范围较大、富含

IMCs 的相互作用区，大块钢颗粒剥

落插入铝合金中，界面结构复杂，接

头力学性能差；当采用的冷却介质

温度从 50 ℃逐渐降至 0 ℃时，焊接

过程中的热循环温度逐渐下降，界面

图 14　不同转速下的接头抗拉强度 [51]

Fig.14　Comparison of tensile strengths in 
different tool rotation speeds[51]

图 15　抗拉强度和电流的关系 [52]

Fig.15　Relationship between tensile 
strength and electric current[52]

图 16　UwFSW 示意图 [53]

Fig.16　Schematic diagram of UwFSW[53]

图 17　不同冷却条件下的接头 SZ 区域混合情况和材料流动模式的 SEM 图像 [53]

Fig.17　SEM images of mixing situation and material flow pattern in SZ zone of joints under 
different cooling conditions[53]
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IMCs 的厚度和再结晶晶粒大小得到

有效抑制。但过低温度的冷却介质

将严重降低焊接热输入的大小，导致

材料的塑性流动性变差，焊缝内部出

现孔洞、隧道型缺陷，反而降低接头

质量。综合焊接热输入和界面 IMCs
厚度考虑，当采用的冷却介质为室

温水（25 ℃）的时候，接头的抗拉强

度和断后伸长率达到最大值，分别

为 310 MPa 和 13%。Mahto 等 [54] 利

用 UwFSW 技术实现了 6061 铝合金

和 AISI304 钢的对接焊；结果表明，

界面 IMCs 的厚度不仅受焊接参数

影响，也取决于环境介质的类型。在

UwFSW 中，水溶液快速的冷却作用

降低了焊接热输入量，减小了 Al/Fe
原子间扩散的速率和时间，从而降低

了界面 IMCs 的厚度。

3.6　焊后热处理辅助搅拌摩擦焊

除了在焊接前和焊接过程中对

搅拌摩擦焊进行外源辅助，起到预先

软化母材和控制热输入的作用，焊后

热处理可以消除焊接过程中和焊后

冷却阶段产生的组织应力和热应力，

均匀焊缝组织，消除焊缝在焊接过程

中产生的氢脆，同时对于异种金属材

料焊接，通过焊后热处理可以利用热

扩散实现焊缝金属与母材金属更好

的融合。

焊后热处理对金属抗拉强度、 
蠕变极限的影响与热处理的温度和

保温时间有关。于文 [55] 对 6061–T6
和 IF 钢搅拌摩擦焊接头进行焊后热

处理，并研究不同退火温度和保温时

间下的铝 / 钢搭接接头的力学性能；

研究表明，当退火温度为 300 ℃，保

温时间为 240 min 时，相同工艺参数

下的接头平均断裂载荷由未热处理

时的 3.5 kN 提升至 4.1 kN。陈果 [56]

的研究表明，当退火温度为 300 ℃，

保温时间为 1 h 时，接头拉剪载荷相

比未热处理接头提高了 38.8%，这主

要归因于焊后热处理均匀了界面组

织，消除了焊缝内累积的残余应力，

同时改善了界面 IMCs 的厚度。

4　超声振动辅助 FSW
热源辅助方法虽然对待焊板材

的软化效果好，但是由于热输入过

大，将导致焊缝热影响区扩大、晶粒

粗化等一系列问题，存在较大的局限

性。作为一种机械能，与热能辅助不

同，超声振动在焊接过程中不存在双

重热循环对焊接接头产生不利影响

的问题，因此具有明显优势。同时，

超声振动能有效地降低焊接区域的

屈服应力，促进焊接金属的塑性流

动，提高焊接速度，从而显著提升焊

接效率。

4.1　间接施加方法

Park 等 [57–58] 开发了一种将超声

振动施加于搅拌头的超声辅助搅拌

摩擦焊接（Ultrasonic assisted friction 
stir welding，UaFSW）新型工艺，如

图 18（a）所示；对 6061 铝合金和

1018 钢的焊接试验表明，当搅拌头

转速 650 r/min、焊速 25 mm/min 时，

超声振动使轴向力最大值降低 6%，

平稳运行时的平均轴向力降低 20%，

如图 18（b）所示。但是这种间接将

超声振动施加在母材上的辅助方式，

存在能量损耗大、利用率低和搅拌头

磨损严重等问题。

4.2　直接施加方法

Thomä 等 [59–60] 利用超声增强搅

拌摩擦焊（Ultrasound enhanced friction  
stir welding，USE–FSW）实现了 6061– 
T6 铝合金和 DC04 钢的对接焊。将

钢板放置于前进侧，焊接过程中利用

超声波滚缝模块将超声振动施加于

钢侧，并通过滚轮实现与焊机的同

步移动，如图 19 所示 [59]。从图 20[59]

图 18　UaFSW 原理及焊接轴向力

示意图 [57]

Fig.18　Schematic diagram of UaFSW and 
welding axial force[57]

图 19　USE–FSW 示意图 [59]

Fig.19　Schematic diagram of USE–FSW[59]

图 20　常规 FSW 和 USE–FSW 的铝 /
钢界面 SEM 图像 [59]

Fig.20　SEM images of aluminum/steel 
interface of conventional FSW and 

USE–FSW[59]
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展示的铝 / 钢界面 SEM 图像可知，

USE–FSW 接头内 IMCs 层厚度由

常规 FSW 的 2.8 μm 降低至 1.7 μm。

利用超声波滚缝模块将超声振动施

加于钢侧，可以促进材料的塑性流

动，提高铝 / 钢混合程度，同时降低

界面 IMCs 层厚度，但该方法中施加

超声振动的滚缝模块将增大前进阻

力和扭矩，导致焊接平稳性受到不良

影响。

吴双连 [61] 和 Hong[62] 等以 6061–
T6 铝合金和 301L 不锈钢作为母

材进行超声辅助搅拌摩擦搭接焊

（Ultrasonic assisted friction stir lap 
welding，UaFSLW），焊接过程中将超

声振动固定施加在钢板底部，装置如

图 21 所示 [61]。结果表明，施加辅助

超声后，提高铝合金侧的强塑性流

变，抑制了界面 IMCs 的过度生长，其

平均厚度由 10 μm 减薄至 6 μm，如

图 22 所示 [61]。施加超声振动后，接

头界面异种材料的扩散速率得到增

强，更加充分的元素扩散带来了界面

冶金结合强度的提高，接头抗拉载荷

提高 27.9%。然而，将变幅杆前端用

螺纹结构与工件直接连接，使超声能

量作用于工件背面固定点的超声施

加方式，受限于施加点的位置固定，

使超声能量在焊缝不同位置的分布

不均匀，不同位置的接头存在质量差

异。

Liu[63–64] 和吴程浩 [65] 等利用超

声振动强化搅拌摩擦焊接（Ultrasonic 
vibrat ion enhanced fr ict ion st i r 
welding，UVeFSW）工艺实现了多种

牌号的铝 / 钢的搭接焊。如图 23 所

示 [64]，超声辅助装置通过自主设计

的夹具固定在焊机头部，焊接时与搅

拌头保持相对静止，超声振动通过工

具头直接施加在搅拌头前方的待焊

工件上。通过图 24[64] 展示的接头失

效形式可知，在常规 FSW 中，整个接

头的最薄弱位置为焊核区底部和界

面区的后退侧；施加超声振动后，接

头的失效位置变为铝合金板的前进

图 21　UaFSLW 示意图 [61]

Fig.21　Schematic diagram of UaFSLW[61]

图 22　常规 FSLW 和 UaFSLW 的铝 / 钢界面微观形貌 [61]

Fig.22　Microstructure of aluminum/steel interface of conventional FSLW and UaFSLW[61]

图 23　铝 / 钢异种金属 UVeFSW 搭接示意图 [64]

Fig.23　Schematic diagram of lap joint of aluminum/steel dissimilar metal UVeFSW[64]

图 24　常规 FSW 和 UVeFSW 拉伸剪切试样的断裂位置 [64]

Fig.24　Fracture position of tensile shear specimens of conventional FSW and UVeFSW[64]
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侧，表明了超声振动对焊核区底部和

界面区后退侧存在显著的强化作用，

使接头的失效载荷由 5.03 kN 提升

至 5.50 kN。但在该方法中，焊接部

位和超声施加位置存在偏移，这将导

致一定程度的超声软化效应滞后，影

响超声能量的作用效果。

5　结论

FSW 作为铝 / 钢异种金属复合

结构件的有效制造方法之一，仍难以

彻底解决材料热物理性能的较大差

异。本文通过综述国内外近几年有

关铝 / 钢异种金属 FSW 性能提升方

法的相关研究，将其划分为机械结构

式辅助 FSW、中间过渡层辅助 FSW、

温度控制型外源辅助 FSW 和超声振

动辅助 FSW。

（1）机械结构式辅助 FSW，通过

设计接头的机械结构，使接头内部达

成机械互锁状态，提高接头机械结合

强度。但复杂的机械结构可能导致

母材难以充分填充结构空隙而成为

裂纹源头，最终引起接头的断裂。因

此，根据并利用材料在 FSW 中的流

动特性，设计有利于材料致密填充的

复杂界面结构，在提高界面机械结合

强度的同时，为冶金反应提供良好的

附着场所，将是机械结构式辅助铝 /
钢 FSW 的发展方向之一。

（2）中间过渡层辅助 FSW，利

用 Zn、Al 和 Ni 作为中间过渡层，避

免界面附近生成脆性较大的 Al/Fe–
IMCs，进而提高界面的冶金结合强

度。但过渡层的材质选择和尺寸设

计较为复杂，一方面不同元素与 Al
原子和 Fe 原子反应生成的 IMCs 种

类多样，其韧、脆性难以完全区分；

另一方面，过渡层过薄或过厚都将劣

化界面机械结合强度，最终导致接头

力学性能降低。因此，对于中间过渡

层辅助铝 / 钢 FSW 而言，依据不同

焊接条件，建立用于铝 / 钢 FSW 的

过渡层形性标准是该领域研究的方

向之一。

（3）温度控制型外源辅助 FSW，

一方面可以通过加入外部热源对材

料进行预软化，促进材料在焊接过程

的塑性流动，提高接头质量；另一方

面也可以通过水冷等方式减小焊接

热输入，减少界面过厚的脆性 IMCs
生成。但该类型辅助方法对热输入

的控制精确度要求较高，需要在不同

焊接参数下及时调整外源热输入量，

难以满足实际生产过程中的普适性

要求。开发热平衡调控机制，实时检

测 FSW 过程中的温度变化情况并进

行产热和散热的反馈调控，实现稳定

可控的热平衡状态，将是温度控制型

外源辅助铝 / 钢 FSW 的发展方向之

一。

（4）超声振动辅助 FSW 中，在

焊接过程中没有双重热循环对焊接

接头产生的不利影响，同时有效降低

焊接过程中材料的屈服应力和流变

应力，促进材料流线的连续平滑，减

少界面中孔洞、裂纹等缺陷的产生。

但不同的超声施加方式可能存在超

声能量利用率低、作用范围小、软化

效应滞后和前进阻力大等问题。因

此，未来超声振动辅助铝 / 钢 FSW
的研究，将着力开发新型超声振动平

台，使待焊板材各位置受到等功效的

超声能量，解决超声能量作用范围

小、超声软化效应滞后等问题。
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Improvement Methods and Research Status of Friction Stir Welding 
Performance for Dissimilar Metals of Aluminum and Steel

GAO Song1,2, WU Chenghao1,2, SHI Lei3, LIU Tao1,2, JING Yuankun1,2, YIN Qipeng1,2, GUO Ning1,2

(1. Qilu University of Technology (Shandong Academy of Sciences), Jinan 250353, China;
2. Shandong Institute of Mechanical Design and Research, Jinan 250031, China;

3. Key Laboratory for Liquid-Solid Structural Evolution and Processing of Materials (Ministry of Education), 
Shandong University, Jinan 250061, China)

[ABSTRACT]　The composite structure of aluminum alloy and steel has the characteristics of light weight, high 
strength and low cost. It plays an important role in aerospace, shipbuilding, automobile manufacturing and other fields, 
obtaining reliable and stable aluminum/steel composite structure is the requirement of the times. Friction stir welding 
(FSW), as a new type of solid phase bonding technology, has the advantages of high efficiency, energy saving and 
environmental protection. In the regular friction stir welding process of aluminum/steel dissimilar metals, it needs 
enough welding axial force and stirring head torque to generate heat for welding. In this process, it will lead to the 
wear of the stirring head and seriously limit the welding speed. Based on the optimization of aluminum/steel dissimilar 
metal friction stir welding, this paper summarizes the external auxiliary methods that have made progress in aluminum/
steel friction stir welding at present, and divides them into mechanical structural external auxiliary FSW, intermediate 
transition layer auxiliary FSW, temperature controll external auxiliary FSW and ultrasonic vibration auxiliary FSW. On 
this basis, the development direction of external auxiliary aluminum/steel dissimilar metal friction stir welding is further 
prospected.
Keywords: Aluminum/steel dissimilar metals; Friction stir welding (FSW); Optimization; Mechanical structure; Transition layer; 
                   Temperature control; Ultrasonic vibration
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李家辰

  博士研究生，研究方向为 CFRP 与

铝合金异种材料的连接。

在航空航天领域，结构轻量化

设计在提高巡航能力、降低能源消

耗、延长使用寿命方面发挥着至关重

价键，通过共用电子对相互吸引连接；

金属材料内部为金属键，由自由电子

及排列成整齐的金属离子之间的静电

吸引力组成。两种材料的键合结构

不同，导致其物理化学性质差异大，

存在连接困难和接头强度低的问题。

目前，CFRP 与金属的主要连接方式

是胶接、机械连接和焊接 [5–7]。胶接

工艺较为成熟，但其固化时间长，接

头易受环境影响，且胶黏剂对人体和

环境危害大；机械连接操作灵活，但

在连接部位易造成应力集中，且机械

连接增加了结构件的质量，不符合轻

量化设计需求。因此越来越多的学

者选择焊接的方式来连接 CFRP 与

金属。

搅拌摩擦焊（Friction stir welding，
FSW）属于固相连接技术，具有焊接

峰值温度低、焊件变形小和操作过程

简单等特点，适用于轻质材料及异种

材料的连接。本文从基于 FSW 的连

接技术、界面连接机制和接头性能调

控等方面综述了 CFRP 与金属 FSW

CFRP/ 金属异质材料摩擦连接技术研究进展*

李家辰，黄立兵，李　超，张亮亮，赵　强，李　鹏，董红刚
（大连理工大学，大连 116024）

[ 摘要 ]　碳纤维增强树脂基复合材料与金属连接的异质构件是实现航空航天装备结构轻量化的有效途径之一。搅

拌摩擦焊作为一种低热输入的固相焊接技术，可实现碳纤维增强树脂基复合材料与金属异种材料的高质量连接。本

文总结了近年来碳纤维增强树脂基复合材料与金属搅拌摩擦焊方向的国内外研究成果，从基于搅拌摩擦焊的工艺探

索、界面连接机制和接头性能调控 3 方面进行了系统性的综述，并从碳纤维增强树脂基复合材料与金属异质结构的

多种连接技术联合使用，提高接头疲劳性能和探究接头腐蚀机理等方面展望了其未来的主要研究方向。
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要的作用 [1]，而轻质、高性能和低成

本材料是实现结构轻量化设计的有

效途径之一 [2]。碳纤维增强复合材

料（Carbon fiber reinforced polymer，
CFRP）因具有高比强度、耐腐蚀性

和灵活的设计性等特性，成为了航空

航天装备的首选材料。波音公司率

先在商用飞机 Boeing 787 的机身中

将 CFRP 材料用量提升至 50%，这与

传统的铝制结构设计相比减轻了近

20% 的整体重量，极大地减少了燃油

消耗，提高航空公司的经济效益，并

且因为 CFRP 的卓越力学性能，降低

了飞机的维护时间和成本 [3]。随后

空客公司也推出了 CFRP 使用量占

53% 的 A350 飞机 [4]。CFRP 已成为

现代飞机设计不可或缺的材料。

此外，飞机结构中仍有大量的金

属材料。为了充分发挥 CFRP 与金属

材料各自优越特性，在保证能够满足

结构承载能力的前提下，CFRP 与金

属的轻量化复合结构在航空航天领域

得到广泛应用。然而 CFRP 内部为共

引文格式：李家辰 , 黄立兵 , 李超 , 等 . CFRP/ 金属异质材料摩擦连接技术研究进展[J]. 航空制造技术 , 2024, 67(10): 66–76.
LI Jiachen, HUANG Libing, LI Chao, et al. Research progress on friction joining technology of CFRP/metal dissimilar 
materials[J]. Aeronautical Manufacturing Technology, 2024, 67(10): 66–76.
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（a）传统搅拌摩擦焊（高旋转速度） （b）顶部预热搅拌摩擦焊（低旋转速度） （c）搅拌工具
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连接技术的研究现状，并在此基础上

展望了其未来发展方向。

1　基于搅拌摩擦焊的焊接
      技术

关于 CFRP 与金属 FSW 技术的

研究，国内外开展的工程应用案例较

少，一直处于试验探索阶段。FSW
过程中热输入小，焊具持续旋转并对

工件施加压力，且 FSW 的设备易于

改造，因此研究学者们在 FSW 方法

的基础上衍生出了摩擦搭接焊、搅拌

摩擦点焊和摩擦焊铆等变种技术用

于实现 CFRP 与金属的高质、高效连

接。

1.1　摩擦搭接焊

FSW 中搅拌工具是决定接头质

量的关键因素，常规的搅拌工具由轴

肩和搅拌针构成，在焊接过程中轴肩

负责与焊件摩擦产热，搅拌针促使材

料塑性变形并将母材混合，从而实现

待焊工件的连接。在采用 FSW 连

接 CFRP 与金属的研究初始阶段，

研究人员仍用常规搅拌工具进行连

接。Khodabakhshi 等 [8] 采用对接结

构开展了高密度聚乙烯与 AA5059
铝合金 FSW 的搅拌工具偏置位置

和焊接参数评价，当搅拌工具偏置

在铝合金一侧 1.4 mm，焊接速度 63 
mm/min 时，依靠铝与聚合物之间的

宏观和微观机械互锁以及界面的化

学黏附，成功实现了高密度聚乙烯与

AA5059 铝合金的连接。采用对接

结构时，由于 CFRP 与金属存在熔点

差异大和冶金不相容等问题，导致接

头上表面成形差，因此 CFRP 与金属

的装配方式大多采用搭接结构。搭

接结构存在接头强度低等问题 [9]，学

者们在基于搅拌摩擦焊的基础上，采

取了多种辅助技术，制备了高强高质

CFRP 与金属的异质接头。Li 等 [10]

提出了在顶部加热的搅拌摩擦搭接

技术，并将其应用于 CFRP/AA7075
铝合金的连接，技术原理如图 1 所

示，顶部热源的加入降低了焊接过程

热输入的需求，从而可降低搅拌工具

的旋转速度，抑制了 CFRP 中聚合物

材料的过度溢出，获得了表面光滑的

异质接头。并且由于加热和冷却速

率减低，减小 CFRP/AA7075 界面之

间的应力，消除了异质接头中常见的

空洞和裂纹缺陷，接头最大拉伸剪切

强度达 59.9 MPa，比常规 FSW 提高

了 52.4%。Huang 等 [11–12] 设计了三

铣平面锥形螺纹搅拌针，并通过静止

轴肩技术实现了 CFRP 与 AA2060 铝

合金接头表面成形与性能的共同控

制。采用锥形螺纹铣平面搅拌针可

制造更有效的材料动态流动，获得具

有较大尺寸的“铝铆”结构，诱导了

机械互锁的形成，有利于提高接头的

承载能力，接头最大拉伸剪切强度达

到 20 MPa。静止轴肩技术的介入，极

大地控制了焊缝成形性和成品率，强

化界面结合效果、提升异质接头力学

性能和完整性，接头最大拉伸剪切强

度达到 33 MPa。
摩擦搭接焊（Friction lap welding，

FLW）是基于搅拌摩擦焊优化后的

一种连接技术，该技术省略了传统搅

拌摩擦焊工具中的搅拌针结构，保留

了轴肩部分，这一方面解决了搅拌

摩擦焊中 CFRP 基体遭到搅拌针破

坏的问题；另一方面缓解了两材料

相互混合后因不相容而出现的孔隙

问题。Liu 等 [13] 以 Nylon–6 聚合物

和 AA6061 铝合金为例，在较宽的焊

接工艺窗口内均获得了结合良好的

摩擦搭接接头，研究结果表明，焊接

工具旋转速率和焊接速度对接头的

结合强度影响大，同时发现了在接头

的断裂模式中内聚断裂对接头强度

的贡献率高，即摩擦搭接接头中发生

内聚断裂的面积越大，接头的结合强

度也就越高。Abe 等 [14] 在研究纳米

针状结构的铝合金表面对铝合金与

CFRP的结合性能影响时也得出了这

一结论。上述研究通过表面预处理

的方式在铝合金表面构建了纳米针

状结构，然后将其与 CFRP 连接，研

究结果表明，铝合金表面的纳米针状

结构一方面提高了铝合金与 CFRP
的连接面积，另一方面促进了机械互

锁的形成，增大了接头内聚破坏的面

积，从而将以往难以有效连接的铝合

金和 CFRP 工件连接在了一起。在

FLW 过程中，采用无针搅拌工具，限

制了 CFRP 和铝合金接头内部材料

相互混合过程，导致了异质界面几乎

图 1　顶部加热搅拌摩擦焊示意图 [10]

Fig.1　Schematic diagram of top-thermic friction stir lap welding processes [10]
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不存在宏观机械互锁的连接作用，

界面的连接方式大多依靠 CFRP 与

铝合金的粘接作用。Wu 等 [15] 成功

地通过 FLW 技术将 CFRP 与 Cu 连

接，从图 2 中可以看到，在界面附近

CFRP 中的胺基团与 Cu 表面的一层

薄的 Cu2O 之间形成氢键，从而实现

接头的键合。Nagatsuka 等 [16] 考察

了不同表面状态下的 AA5052 铝合

金与 CFRP 的连接行为，研究指出当

铝合金表面不做处理时，5 系铝合金

中的镁元素在界面偏聚，对断口分析

发现铝合金表面含有大量的氧元素，

因此推测 CFRP 和 AA5052 是通过

氧化镁的成键来连接的。当铝合金

经过水砂纸打磨后在其表面产生了

氢氧化物层，如图 3 所示 [16]，这将有

利于 CFRP 与铝合金的结合，使接头

的拉伸剪切强度由原来的 4.4 MPa
提升至 12.9 MPa。
1.2　搅拌摩擦点焊

点焊技术作为先进制造领域内

典型的基础工艺，具有工作时间短、

效率高、焊接质量稳定和有利于形成

自动化产线的特点，尤其在交通运输

领域中，点焊是常见的连接形式。为

了推广 CFRP 和金属异质结构的应

用，搅拌摩擦点焊技术（Friction stir 
spot welding，FSSW）得以衍生，其连

接过程为图 4（a）所示 [17] 的 3 个步

骤。Dong 等 [18] 基于方差分析得出了

影响 CFRP 与 AA5052 铝合金搅拌摩

擦点焊接头强度的最大因素是搅拌

工具的停留时间和下压速度；在停留

时间 8 s、下降速度 10 mm/min 时，接

头的拉伸剪切强度为 34.3 MPa。传

统 FSSW 在焊接结束阶段，搅拌工

具的回抽会导致搅拌针附近缺少基

材的填充，从而在被焊工件表面形成

匙孔缺陷，这影响了接头表面的完整

性，降低了 CFRP 与金属异质结构的

耐蚀性。德国亥姆霍兹研究所针对

上述问题，在搅拌摩擦点焊的基础上

提出了一种较为实用的衍生技术，即

如图 4（b）所示 [17] 的回填式搅拌摩

擦点焊 [19]，并对 CFRP 与金属的异质

结构开展了一系列焊接试验 [17，20–22]。

该技术的焊接工具主要由搅拌针、套

筒和压紧环组成。焊接开始阶段，压

紧环保持不动，内部的套筒和搅拌针

同时旋转，套筒向待焊板材侧扎入一

定深度，搅拌针向上回抽，热塑性基

材进入到套筒与搅拌针中间的空腔

内，随后套筒向上旋转回抽，搅拌针

向下旋转，热塑性基材被挤压到待焊

工件表面形成焊点。在焊接过程中，

套筒和搅拌针的旋转产生摩擦热使

CFRP 中的聚合物熔化，熔化的聚合

物黏附到金属表面起到粘接效果，

套筒和搅拌针空腔内的热塑性金属

上下运动形成具有机械互锁结构的

焊核，从而实现 CFRP 与金属的连

接。回填式搅拌摩擦点焊消除了传

统 FSSW 中的匙孔缺陷，并且该技

术连接时间短，适合工业大规模生

产。

1.3　摩擦焊铆

由于 CFRP 与金属理化性质差

异大，当 CFRP 与金属只依靠界面之

间的粘接作用连接时，很难获得高

强高韧的异质接头。研究人员为了

获得更高承载能力的 CFRP 与金属

异质接头，在基于摩擦焊的基础上

探索了其他变种连接技术。美国通

用汽车公司于 2009 年开发出了搅

拌摩擦盲铆技术（Friction stir blind 
riveting，FSBR）[23]，该技术将 FSW
热效应与铆钉物理膨胀相结合，将

高速旋转的铆钉向待焊工件侧移动

直至穿过待焊工件，然后通过回抽芯

轴使铆钉镦粗，将已发生塑性变形的

工件连接在一起，其连接过程如图 5
所示 [24]。Ali Khan[25] 和 Li[24，26] 等将

FSBR 应用于 CFRP 与金属的连接，

研究发现接头的拉伸剪切强度与主轴

转速和进给速率的关系不大，与CFRP
和铝合金的搭接顺序有关，当采用金

图 2　CFRP 与 Cu 界面组织 [15]

Fig.2　Microstructure of CFRP and Cu interface [15]

图 3　CFRP 与 Al 界面合金元素分布 [16]

Fig.3　Distribution of alloying elements at the interface between CFRP and Al [16]
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（a）搅拌摩擦点焊过程

（b）回填式搅拌摩擦点焊过程
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属位于上层，CFRP 位于下层的搭接

方式时，接头的承载能力优于 CFRP
在上层的搭接方式，这主要归功于旋

转的铆钉先与金属工件相接触使其

发生了塑性变形，铆钉与同材质的金

属工件之间容易形成紧密连接的焊

点。而当 CFRP 位于上层时，铆钉先

与 CFRP 接触并使其熔化，但由于铆

钉与 CFRP 存在冶金不相容的问题，

接头难以形成良好的冶金结合，使其

内部存在弱结合的缺陷，导致接头承

载能力弱。随后，研究者将接头在海

洋环境中暴露腐蚀 6 个月，发现接

头能够保持与暴露腐蚀之前相媲美

的承载能力。以上研究充分验证了

FSBR 技术连接的可行性。

自冲铆接（Self-piercing riveting，
SPR）是目前汽车制造业中应用较

为广泛的机械连接工艺之一 [27]，Li
等 [28–29] 在此基础上对铆钉多施加了

旋转过程，通过将旋转的铆钉刺穿上

层工件，而后在底模的作用下铆钉向

外张开并与下层工件形成机械互锁。

旋转的铆钉可与上层工件摩擦产热

并使工件塑性变形，因此该技术也叫

摩擦自冲铆接（Friction self-piercing 
riveting，FSPR），连接过程如图 6 所

示 [30]。Lim 等 [30–32] 采用 FSRP 技术

探索了 CFRP 与 AZ31B 镁合金连接

的可行性，研究发现，由于摩擦热和

图 4　搅拌摩擦点焊与回填式搅拌摩擦点焊示意图 [17]

Fig.4　Schematic diagram of FSSW and RFSSW [17]

图 5　搅拌摩擦盲铆连接过程和接头形貌 [24]

Fig.5　Joining process and joint morphology of friction stir blind riveting[24]
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铆钉铆接作用，接头发生了良好的冶

金结合和机械连接，如图 7 所示 [26]，

接头的拉伸剪切载荷达到 5.18 kN，

接头的破坏模式为 AZ31B 拔出破

坏，表明钢铆钉与 AZ31B 和 CFRP
产生良好的结合。

通过上述讨论，针对 CFRP 与金

属异质结构高性能的需求，已有学者

基于 FSW 开展了工艺试验，并开发

出了适用于连接 CFRP 与金属的新

技术。但其中一些技术的工艺过程

十分复杂，因此如何实现连接技术的

自动化并保证其运行的可靠性与稳

定性是亟待解决的问题。

2　CFRP 与金属的连接机制

实际上，已经有不少学者对 CFRP

和金属的连接机制做了分析和总

结 [33–35]，由于基体材料和连接方法

不同，所涉及的连接机制也有所差

异。总体来说，CFRP 与金属之间的

连接主要依靠物理吸附、机械结合和

化学键合。图 8[16，28，36] 为 CFRP 与

金属连接机制的总结。物理吸附主

要包括范德华力和氢键，当聚合物分

子与金属原子之间的距离小于分子

间引力作用距离极限值时，界面处形

成物理吸附作用。FSW 的热力耦合

作用可以为 CFRP 与金属的接头界

面提供热量，促进化学反应的形成，

同时在搅拌工具轴肩压力的作用下，

CFRP 会陷入金属表面不平整的凹

坑中形成机械互锁，因此在 FSW 接

头中机械结合和化学键合是 CFRP

与金属的主要连接方式。

2.1　机械结合

机械结合包括宏观机械互锁和

微观机械互锁，如图 9 所示 [30，33]。宏

观机械互锁是常见的结合机制，亦能

为 CFRP 与金属接头的连接强度提

供保障。在工程设计中，常常使用铆

接、螺栓连接、Z–pin 和榫接等机械

连接方式连接 CFRP 与金属。这些

设计不依靠黏合剂的粘接作用，也不

在界面发生冶金反应，而是在待连

接板材上预制宏观沉孔等结构，通

过铆钉、螺钉或其他紧固件将两板连

接。这种结合方式由紧固件承担大

部分外加载荷，由于物理机械互锁

结构的存在，限制了母材之间的相

对运动，接头更易于承受剪切和拉伸

应力。

微观机械互锁是另一种提升

CFRP 与金属异质接头承载能力的

连接机制之一。相比于宏观机械互

锁作用，微观机械互锁主要存在于接

头界面附近，界面出现微纳尺度的咬

合结构 [37]。其形成原因是金属表面

存在凹凸不平区域，在连接过程中

CFRP 中的聚合物覆盖并嵌入在这

些区域并起到锚定效应，从而实现微

观机械互锁，其物理本质是通过锚定

效应增加了两基材间的摩擦力。

通常情况下，实际工程中应力环

境复杂多变，宏观机械互锁虽能保

图 6　自冲铆接连接过程示意图 [30]

Fig.6　Schematic diagram of FSPR process[30]

图 7　自冲铆接接头显微组织 [26]

Fig.7　Microstructure of FSPR joint[26]

图 8　CFRP 与金属连接机制 [16，28，36]

Fig.8　Joining mechanism of CFRP 
and metal[16,28,36]
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证接头具有较高的承载能力，但在局

部会产生应力集中现象，接头容易失

效。微观机械互锁仅依赖界面处的

微纳咬合结构提供连接作用，很难满

足接头的强度要求。因此需要引入

化学键合保证 CFRP 与金属异质接

头的高可靠性。

2.2　化学键合

化学键合常见于胶接和一些焊

接接头中，是通过金属或其氧化物

的表面原子与聚合物表面活性官能

团电荷的相互作用而形成新的化学

键。Khodabakhshi 等 [8] 采用透射电

子显微镜对 CFRP 与 AA5059 铝合

金 FSW 接头表征发现，界面附近形

成了约 10 nm 厚的反应层，虽然选

区衍射分析不能确定其物相组成，但 
通过元素分布检测发现，反应层由

Al、O 和 C 元素组成，推测可能形成

Al—O—C 化学键。Geng[36] 和 Liu[38]

等在 CFRP 与铝合金的搅拌摩擦点

焊接头界面处观察到了非晶层和结

晶层的过渡区，如图 10 所示 [38]，并

指出结合界面附近富集了大量的 O
和 C 元素。学者们在 CFRP 与其他

金属的接头中同样观察到了结合界

面附近有金属元素、O 和 C 元素的

富集 [15，39–42]。X 射线光电子能谱仪

（X-ray photoelectron spectroscopy，
XPS）是用于表征材料表面化学组

成和电子结构的检测手段，可获得材

料表面化学键和电荷分布的信息，

Hirchenhahn 等 [43] 对接头界面进行

XPS 检测发现在 CFRP 和纯铝的焊

接过程中产生了 Al—O—C 键，如图

11 所示。文献 [44–47] 在 CFRP 与铝

合金接头断口表面也发现了新生成

的 Al—O—C 键。综合上述文献调

研，可以推测在摩擦焊接过程中由于

热效应界面满足了热力学条件，并且

聚合物官能团中的 C==O 化学键断

裂与金属表面的氧化物发生反应生

成新的 M—O—C 化学键。此外，在

摩擦焊过程中材料发生大塑性变形

行为，这可能会降低反应所需的激活

能。总之在热力耦合的作用下，诱导

了 CFRP 与金属在界面处发生反应，

形成了化学键合效果。

综合上述，当 CFRP 与金属接头

内存在机械结合和化学键合的协同

作用时，才能确保异质结构具有较

高的承载能力，使其满足服役条件。

基材可通过表面改性技术，例如机

械处理（打磨、抛光和喷砂等）、微结

构加工、激光刻蚀、化学处理和电化

学处理调控其表面形状结构或化学

状态，从而增强机械结合和化学键

图 9　两种机械互锁方式 [30，33]

Fig.9　Two types of mechanical interlocking[30,33]

图 10　CFRP 与铝合金界面处高分辨透射电镜图像 [38]

Fig.10　High-resolution transmission electron microscopy image at the interface between 
CFRP and aluminum alloy[38]
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合效果，有助于CFRP与金属的连接。

3　接头性能调控

根据上文可知，在 CFRP 与金属

的 FSW 接头中主要依靠机械结合

和化学键合来实现基材的连接，但由

于异质材料的理化性质差异大，即使

采用热输入较低的 FSW 也难以解决

接头内残余应力大和缺陷多等问题。

目前，可先采用表面改性技术对基材

表面进行处理，从而调整材料表面的

纹理结构或化学状态，随后再通过

FSW 技术连接 CFRP 与金属，这样

进一步强化了机械结合和化学作用，

从而可增强 FSW 接头的承载能力。

3.1　增强机械结合的技术

为达到增强机械结合的目的，

可通过调控金属表面宏观结构或微

结构来增强锚定效应，从而获得高

强度接头。机械加工、激光预处理

和表面增材技术等都可在材料表面

制造形状各异的纹理结构。在金属

表面通过机械加工的方式预制宏观

沉孔能有效提高宏观机械互锁作用，

Yan 等 [48] 先在铝合金板表面预制不

同角度的凹槽，并在凹槽内填充矩

形的基体材料 GFRP，通过 FLW 的

方式将 GFRP 与 AA6061 铝合金连

接。与无槽铝合金相比，表面开槽后

大大提高了接头的拉伸剪切载荷和

断裂位移，拉伸剪切强度从 4.8 MPa
提升至 8.4 MPa，断裂位移由 0.5 mm
提高至 2.0 mm。但通过宏观开槽后

需严格控制焊接工艺参数，热输入过

小时，填料与 GFRP 之间的结合不完

全；热输入过大时，填充材料熔化并

被挤压至焊缝外部，导致在填充材料

与 GFRP 界面附近出现多孔层，降

低接头力学性能。为了提升宏观机 
械互锁作用，大多数研究采用机械加

工预制宏观沉孔的方法，但这会需要

下层的 CFRP 基材填充进沉孔中，导

致了界面多孔层的出现，降低接头性

能。因此，为了兼顾界面结构的连

续稳定和接头具有较高的承载能力，

学者们通过提升微观机械互锁作用

来实现这一需求。飞秒激光技术能

够在金属表面产生微小的凹凸结构，

并改变金属表面状态，这些均有助于

CFRP 与金属的高强连接 [49–51]。Bi
等 [52] 通过飞秒激光技术在 AA6061
铝合金表面构建了表面微结构和纳

米颗粒的双尺度结构，表面微结构促

进了微观机械互锁的形成，纳米颗粒

使 AA6061 铝合金表面发生超疏水

现象，有利于聚合物铺展和黏附，随

后在 FLW 过程中双尺度结构有助于

获得无空洞和裂纹缺陷的 CFRP 与

AA6061 铝合金界面，接头最大结合

强度为 19.40 MPa。飞秒激光技术

可有针对地调控金属表面的纹理图

案，是目前提升微观机械互锁作用最

有效的方式之一。得益于此，有大量

学者研究了飞秒激光技术对金属表

面状态的影响 [53–56]。Suzuki[57–59] 等

提出增材制造微结构的方法来对铝

合金表面进行预处理，该方法是采用

激光照射的方式在 AA5052 铝合金

板上制备了 Al–Ti–C 粉末层状结构，

经过预处理后 AA5052 表面产生大

量颗粒状凸起，在 FSW 焊接过程中，

CFRP 中的聚合物进入到铝合金表

面凹凸不平的孔隙中，增强机械互锁

作用，从而提升了接头力学性能。图

12[48，53，57] 对不同处理方式后金属表

面形貌进行了总结。

3.2　增强化学键合的技术

通过化学处理、接头界面过渡层

引入及其他基材表面改性技术可增强

化学键合作用 [60–61]。Zhang 等 [42] 通

过对 AA6061 铝合金表面进行化学

修饰，获得了 Al/γ–Al2O3·yH2O 层 / 
AlOx·yH2O 原子团簇 /PA66 的界面

结构，γ–Al2O3·yH2O 层和 AlOx·yH2O
原子团簇的存在有利于 C—O—Al
化学键和氢键的形成，使接头强度达

到 30.2 MPa。当 CFRP 基体材料中

存在非极性官能团时，CFRP 几乎不

与金属发生反应，很难获得有效的

异质接头，Xue 等 [62] 通过在异质界

图 11　CFRP 与铝合金异质接头 XPS 分析 [43]

Fig.11　XPS analysis of CFRP and aluminum alloy joint[43]
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面处加入 PA6 中间层后，成功制备

了拉伸剪切强度为 20.9 MPa 的异质

接头，这主要是因为 PA6 中间层中

的酰胺极性官能团（H—N—C==O）

与铝合金表面氧化物（Al2O3）发生

了反应，形成了新的 C—O—Al 化
学键。通过在异质接头中引入含有

极性官能团的中间层这一方法，为

实现含非极性官能团 CFRP 与金属

的异质材料连接提供了巧妙的设计

思路。Tan 等 [63] 研究了 CFRP 与含

镀 Cr 层低碳钢的界面结合特征，当

CFRP 直接与低碳钢连接时，接头的

断裂位置是在界面处，当对低碳钢

镀一定厚度 Cr 层时，接头的断裂位

于 CFRP 内部的气孔缺陷区，接头

的剪切强度由 9.3 MPa 增加至 22.1 
MPa。焊接过程中，钢表面的镀 Cr

层与 CFRP 基体中的 O 原子在界面

处形成了 Cr—O—PA6T 的化学键，

而不含有镀层的钢与 CFRP 在界面

处未能生成任何形式的化学键。化

学键的形成是 CFRP 与金属接头强

度提高的重要因素。在上述研究中，

学者们着重于金属表面改性的策略，

但改变 CFRP 表面特性也是一个很

好的选择。Bi 等 [64] 通过等离子体

对 CFRP 表面改性，将 H 和 O 的杂

原子引入 CFRP 与 AA6061 铝合金

界面，重构界面化学结构，从而制造

出具有较高强度的异质接头。引入

的 H 和 O 杂原子与铝合金表面氧化

膜上的 Al 和 O 发生反应，在界面处

形成了大量 Al—O 共价键和氢键，

促进了化学结构的重建，使接头强度

从 8.8 MPa 提高到 23.9 MPa。

为增强 CFRP 与金属接头的承

载能力，学者们已开展了大量基材表

面改性技术的研究工作，但异质接头

的力学性能仍不能达到实际工程应

用的要求，未来应从界面连接机制出

发，探索更适用于 CFRP 与金属连接

的表面改性技术。

4　结论

（1）搅拌摩擦焊因其焊接峰值

温度低的独特优势适用于 CFRP 与

金属的连接，并且基于搅拌摩擦衍生

出的变种技术可改善接头表面成形

性，消除焊缝内部缺陷，获得良好力

学性能的异质接头。

（2）物理吸附、机械结合和化学

键合是 CFRP 与金属之间的主要连

接机制，物理吸附主要包括范德华

力和氢键，连接效果较弱；机械结合

包括宏观机械互锁和微观机械互锁；

化学键合是通过金属或其氧化物的

表面原子与聚合物表面活性官能团

电荷的相互作用而形成新的化学键。

当 CFRP 与金属接头内存在机械结

合和化学键合的协同作用时，才能保

障接头具有较高的承载能力。

（3）通过探索合适的表面改性

处理技术，采用不同的表面处理方

法，构建不同的表面特性，可调控

CFRP 与金属界面间的机械结合和

化学键合作用，从而提升异质接头的

结合强度。

（4）在未来，多种连接工艺的联

合作用应成为重要的研究方向，单

一的焊接、胶接和铆接连接技术是

CFRP 与金属的有效连接途径，但单

一连接技术很难保证结构件具有全

面的服役性能，采用多种连接技术耦

合的方式，发挥每种连接技术的优

势，有望实现 CFRP 与金属的高质量

连接。

（5）现代装备中众多异质构件

需要同时承受静态和动态载荷，因此

接头的抗疲劳性能也应满足工程应

用要求。但是 CFRP 与金属接头疲
图 12　不同预处理后金属表面形貌

Fig.12　Surface morphology of metal after different pretreatments
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劳性能的研究鲜有涉及，如何改善接

头的抗疲劳性能仍面临较大的挑战。

（6）铝合金与 CFPR 异质结构

存在电位差大的问题，CFRP 与金属

部件之间的电偶作用会加速铝合金

部件的腐蚀，影响连接结构的可靠性

和重要装备的安全性，因此有必要对

铝合金与 CFRP 接头的腐蚀机理和

防腐措施进行深入研究。
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Research Progress on Friction Joining Technology of CFRP/Metal 
Dissimilar Materials

LI Jiachen, HUANG Libing, LI Chao, ZHANG Liangliang, ZHAO Qiang, LI Peng, DONG Honggang
(Dalian University of Technology, Dalian 116024, China)

[ABSTRACT]　The heterogeneous structure between carbon fiber reinforced polymer and metal is one of effective ways 
to realize the structural light weighting of aerospace equipment. Friction stir welding is a low heat input solid-phase welding 
technology, can achieve high-quality joining between carbon fiber reinforced polymer and metal dissimilar materials. This 
paper summarizes the domestic and foreign research results in the direction of friction stir welding between carbon fiber 
reinforced polymer and metal in recent years. A systematic review was conducted from three aspects: process exploration, 
interface joining mechanism and joint performance control based on friction stir welding, and it also looks forward to the 
future main research directions in terms of the joint use of multiple joining techniques between carbon fiber reinforced 
polymer and metal heterostructures, improving the fatigue performance of the joint and exploring the corrosion mechanism 
of the joint.
Keywords: Carbon fiber reinforced polymer and metal heterogeneous structure; Friction stir welding; Joining mechanism; 
                   Surface modification technology; Mechanical properties
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王　浩

  博士研究生，研究方向为铝 / 钢旋

转摩擦焊接工艺及数值模拟。

航空航天发动机被喻为航空航

天器的“心脏”，其输送管路系统则像

“心血管”一样为发动机传输油、气

等燃料 [1–2]，优质和高可靠性的输送

管路是保证航空航天器使用性能的

中易生成大量脆硬金属间化合物等

问题，导致难以通过传统的熔焊技

术获得优质可靠的铝 / 钢异种金属

焊接接头 [7]。与之相比，旋转摩擦

焊接技术作为一种固相焊接工艺，界

面温度低，可有效限制脆硬金属间化

合物的生成，非常适用于铝 / 钢异种

金属回转体构件的焊接 [8]。本文基

于对铝 / 钢异种金属焊接性分析，证

实铝 / 钢旋转摩擦焊适用于铝 / 钢异

种金属管路的焊接，并从工艺参数、

接头组织性能不均匀性和冶金机理

等角度对铝 / 钢异种金属旋转摩擦

焊接工艺研究现状进行综述；同时

阐述了铝 / 钢异种摩擦焊接界面组

织结构特别是金属间化合物的生成

及其对性能影响，以期对铝 / 钢异种

金属惯性摩擦焊接工艺开发提供指

导。

1　铝 / 钢异种金属焊接性分析

表 1[9] 和图 1 分别为铝和铁的

物理性能参数对比和 Fe–Al 二元相

铝 / 钢异种金属旋转摩擦焊接技术研究进展*

王　浩 1，董　彬 2，秦国梁 1

（1. 山东大学焊接研究所，济南 250061；
2. 山东省特种设备协会，济南 250100）

[ 摘要 ]　铝 / 钢异种金属结构以其质量轻、设计柔性大的特点在航空航天领域尤其是大推力液体运载火箭输送管路

中有着重要应用。相比于熔焊、钎焊等其他焊接方法，旋转摩擦焊可以实现铝 / 钢异种金属高质、高强、高可靠连接。

本文基于对铝 / 钢异种金属焊接性分析，从工艺参数优化、界面显微组织分析、界面不均匀性调控和添加中间层金属

冶金调控等方面综述了铝 / 钢异种金属旋转摩擦焊接技术研究进展，并对铝 / 钢异种金属旋转摩擦焊接技术发展趋

势及亟须解决的科学问题进行了总结。

关键词：铝 / 钢异种金属；旋转摩擦焊；金属间化合物；界面调控；力学性能

DOI： 10.16080/j.issn1671-833x.2024.10.077

关键。不锈钢在高压、高温和腐蚀性

环境下仍具有良好的使用性能，是液

压管路系统常用的管路材料 [3]。但

不锈钢比重大，不利于新一代大型航

空航天发动机推重比的提升，而铝合

金质轻、耐蚀性良好，可有效减轻发动

机重量。因此，通过采用铝合金 / 不
锈钢（铝 / 钢）复合管路可以充分发

挥不锈钢和铝合金两种材料性能优

势，在保证管路可靠的同时，有效减

轻管路系统的质量 [4]。在航空发动

机外部结构中，管路系统占总重量的

60%~70%，进一步表明减轻管路系统

重量在发动机轻量化中的必要性 [5]。

航天领域中，铝 / 钢异种金属复合管

路在我国大推力液体运载火箭推进

剂输送管路中获得了广泛应用 [6]。

为保证铝 / 钢异种金属复合管路的

可靠、致密性连接，需要采用合适的

焊接工艺以获得优质的铝 / 钢异种

金属接头。

铝合金与不锈钢的冶金相容性

差、热物理性能差异大及焊接过程

引文格式：王浩 , 董彬 , 秦国梁 . 铝 / 钢异种金属旋转摩擦焊接技术研究进展[J]. 航空制造技术 , 2024, 67(10): 77–87.
WANG Hao, DONG Bin, QIN Guoliang. Research progress of rotary friction welding of Al/steel dissimilar metals[J]. 
Aeronautical Manufacturing Technology, 2024, 67(10): 77–87.

* 基金项目：国家自然科学基金（52075297）。
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图，可以发现铝与铁的热物理性能差

异较大 [10]。

（1）铝和铁的晶体结构存在明

显差异，铝为面心立方晶体，而铁为

体心立方晶体。

（2）铁的熔点和密度显著高于

铝，均为铝的 2 倍以上，导致在焊接

时铝优先熔化，液态铝将会浮在铁表

面，结晶后焊缝成分不均匀，难以获

得优质接头。同时在焊接过程中，铝

易氧化形成 Al2O3 薄膜，削弱液态铝

在钢表面润湿性，易产生夹渣等缺

陷，恶化接头性能。

（3）铝的热导率约为铁的 3 倍，

线膨胀系数约为铁的 2 倍，弹性模量

约为铁的 0.34 倍，铝和铁的热物理

性能差异大，焊后接头变形严重，存

在较大残余应力，易开裂。

（4）铝和铁在室温下几乎不互

溶，焊接时在界面容易产生 Fe3Al、
FeAl、FeAl2 和 Fe2Al5 等脆硬的金属

间化合物（InterMetallic compounds，
IMCs），降低接头质量。

总体而言，铝和铁之间在熔点和

密度上的显著差异容易导致熔焊焊

缝存在成分不均匀及夹渣等缺陷。

同时，熔焊高温的特点极易导致铝 /
铁界面之间生成脆硬的 IMCs，因此

难以获得性能优异的铝 / 钢异种金

属接头。此外，铝和铁之间的热导率、

比热、线膨胀系数和弹性模量等热力

性能存在显著差异，需要采用热输入

集中的焊接方法，才能有效减轻焊接

变形、降低残余应力，获得优质的铝 /
钢接头。基于铝 / 钢异种金属焊接

性分析发现，旋转摩擦焊作为一种固

相焊接技术，能量集中输入在界面，

其低焊接温度使材料在焊接过程中

不熔化，有效抑制了脆硬 IMCs生成，

非常适用于铝 / 钢异种金属管路等

转体构件的焊接。

2　铝 / 钢旋转摩擦焊工艺

2.1　旋转摩擦焊

旋转摩擦焊时，一个回转体工件

旋转，另一个工件进给，在摩擦压力

作用下两个工件端面发生摩擦产热，

界面温度迅速升高使附近材料处于高

温塑性状态，通过界面元素扩散和再

结晶冶金反应产生良好冶金结合 [11]。

依据焊接工艺特点，旋转摩擦焊接可

以分为连续驱动摩擦焊和惯性摩擦

焊。

20 世纪 60 年代，苏联学者首次

研发出异种摩擦焊接工艺 – 连续驱

动摩擦焊 [12]，工艺过程如图 2 所示，

工件 A 在电机带动作用下旋转，工

件 B 在较低的摩擦压力作用下进给，

两个工件端面接触摩擦产热，随着温

度的升高发生塑性变形材料被挤出

形成小飞边，然后工件 A 停止旋转，

同时施加大的顶锻压力，在高压力下

材料发生明显塑性变形形成大飞边，

实现材料连接。连续驱动摩擦焊接

过程中的转速、压力、扭矩和轴向缩

短量变化如图 3 所示。

20 世纪 70 年代，美国 Catpillar
公司发明了一种新的摩擦焊接方

法——惯性摩擦焊 [13]，工艺过程如

表 1　常温下铝与铁的物理性能参数对比 [9]

Table 1　Comparison of physical properties between aluminum and iron at room temperature[9]

图 1　Fe–Al 二元相图

Fig.1　Fe–Al binary phase diagram

图 2　连续驱动摩擦焊过程

Fig.2　Continuous drive friction welding process

原子
晶体
结构

熔点
Tm/℃

比热 C/
（J·kg–1·℃ –1）

密度 ρ/
（kg·m–3）

热导率 k/
（J·m–3·℃ –1·s–1）

线膨胀系数
a/（10–6·K–1）

弹性
模量

E/GPa

Al FCC 660 900 2700 220 23.2 71

Fe BCC 1538 460 7870 73 12.2 210

Al/Fe 参数比 — 0.43 1.96 0.34 3.01 1.90 0.34
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量

摩擦压力
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（a）飞轮旋转储能

（c）顶锻焊接，转速衰减

（b）接触产热

（d）焊接完成

工件A 工件B
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旋转

摩擦压力

飞轮
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工件A 工件B
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飞轮

5 mm

Softened region

LCS sideP-Al side
Weld interface

图 4 所示，焊接开始时电机带动飞轮

和工件 A 转动，当飞轮达到预设转

速后，飞轮与电机脱离的同时工件

B 在摩擦压力的作用下进给，两个工

件端面接触摩擦产热，界面迅速升

温处于塑性状态，在摩擦压力或顶

锻压力的作用下材料被挤出形成飞

边，实现材料连接。惯性摩擦焊可

以分为单压力焊和双压力焊，其中

单压力焊在整个焊接过程中仅采用

一个较高的摩擦压力；而双压力焊

在工件接触摩擦时采用低的摩擦压

力，在旋转端转速衰减为 0 后采用

一个高的顶锻压力进行顶锻保压。

其中单压力焊时需要控制的工艺参

数仅有转动惯量、初始转速和摩擦

压力。惯性摩擦焊接过程中的转速、

压力、扭矩和轴向缩短量变化如图 5
所示。

连续驱动摩擦焊接工艺参数有

主轴转速、摩擦时间、摩擦压力、顶锻

时间和顶锻压力，而惯性摩擦焊接工

艺参数只有转动惯量、摩擦压力和初

始转速。在连续驱动摩擦焊接过程

中，往往需要较长摩擦时间，热量通

过热传导散失较多；而惯性摩擦焊

接时，在大摩擦压力下，转速迅速衰

减，热量集中输入在界面上，其热输

入可以通过控制储存在飞轮中的动

能实现精确控制。而铝和铁之间差

异巨大的热物理性能也要求焊接过

程中的热输入尽可能更加集中，因此

相比于连续驱动摩擦焊，惯性摩擦焊

更适用于铝 / 钢异种金属管路的焊

接。

2.2　铝 / 钢异种金属旋转摩擦焊接

         工艺

相比于惯性摩擦焊，连续驱动

摩擦焊接时需要控制的工艺参数更

多，因此很多学者研究了不同工艺参

数对铝 / 钢连续驱动摩擦焊接头性

能的影响。Torun[14] 发现增加摩擦

时间可以提高 7075 铝合金 /316L 不

锈钢连续驱动摩擦焊接头的剪切强

度。Kumar 等 [15] 认为 6082 铝合金 / 

304 奥氏体不锈钢的连续驱动摩擦

焊接头的强度会随着摩擦压力和顶

锻时间的增加呈现出先降低后增加

的趋势。Kimura 等 [16–18] 开展了大量

的铝合金 / 钢连续驱动摩擦焊接试

验，获得了强度与铝合金母材相当的

A6063 铝合金 /304 不锈钢接头、强度

可达铝母材的 80% 的纯铝 /AISI304
不锈钢接头和强度可达铝母材 93%
的纯铝 / 低碳钢接头。Kimura 等 [16]

认为，近界面纯铝发生了Bauschinger
效应，即纯铝塑性加工过程中正向加

载（压缩）引起的塑性应变强化导致

纯铝在随后的反向加载（拉伸）过程中

呈现屈服极限降低的现象，导致纯铝 /
低碳钢接头断裂在纯铝一侧的软化

区，如图 6 所示。

还有许多学者采用响应面分析

法、多因素方差分析等方法研究工

艺参数对铝 / 钢旋转摩擦焊接头性

能的影响程度，如表 2 所示 [19–27]。

Paventhan 等 [19] 认为摩擦压力是影

响接头拉伸性能的主要因素，而马肖

飞 [20]、王树文 [21] 和 Muralimohan[22]

等认为顶锻压力是影响接头性能的

主要因素。Deulkar 等 [23] 则认为顶

锻时间是拉伸强度的主要影响因素。

Sahin 等 [24] 认为摩擦压力和摩擦时

间的比值对接头拉伸强度影响大于

顶锻压力和顶锻时间的比值。然而

Khalfallah 等 [25] 发现顶锻压力和时

间的比值对接头拉伸强度的影响更

大。他们均认为转速对接头强度影

响较小。王世路 [26] 则发现在铝 /
钢惯性摩擦焊接过程中，摩擦压力

对接头强度的影响最大，转动惯量

图 3　连续驱动摩擦焊接中参量变化

Fig.3　Parameters variations during 
continuous drive friction welding

图 4　惯性摩擦焊过程

Fig.4　Inertia friction welding process

图 5　惯性摩擦焊接中参量变化

Fig.5　Parameters variations during inertia 
friction welding

图 6　拉伸试验后接头形貌 [16]

Fig.6　Appearance of joint tensile tested 
specimen[16]
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次之，初始转速最小；而 Li 等 [27] 认

为转速对铝 / 钢惯性摩擦焊接头强

度的影响大于摩擦压力和顶锻压力。

由于所选材料、参数范围和设备

性能的差异，工艺参数对接头性能影

响的研究结果也存在差异。总体来

看，摩擦压力或顶锻压力是影响接头

性能的关键因素。另外，通过连续驱

动摩擦焊或惯性摩擦焊均可以获得

良好的铝 / 钢接头，但由于惯性摩擦

焊过程中热输入更加集中，其接头性

能略高于连续驱动摩擦焊。马肖飞 [20]

分别开展了 6061 铝合金 /304 不锈

钢的连续驱动摩擦焊和惯性摩擦焊

接工艺研究，获得的惯性摩擦焊接头

强度可达母材的 94%，优于连续驱动

摩擦焊接头的 88%，图 7[20] 为两种

工艺的拉伸试样，可以发现连续驱动

摩擦焊接头拉伸试样在界面发生断

裂，而惯性摩擦焊接头拉伸试样可以

实现更充分的冶金结合，表明惯性摩

擦焊更适用于铝 / 钢异种金属管路

的焊接。

2.3　铝 / 钢旋转摩擦焊接头组织

         性能不均匀性

铝 / 钢旋转摩擦焊时，界面不同

位置线速度不一致会导致不同区域产

热存在差异，近界面不同区域塑性流

动差异导致界面应力存在差异，即界

面不同区域热、力分布不均匀，从而导

致界面组织及性能的不均匀性 [28–33]，

特别是界面 IMCs 层的不均匀性，如

图 8 所示 [28]，这也是铝 / 钢旋转摩擦

焊接难以避免的问题。不均匀分布

的 IMCs 层导致接头不同区域的性

能存在明显差异，Dong 等 [33] 通过对

比不同直径的铝 / 钢接头拉伸试样，

发现随着拉伸试样半径减小，拉伸强

度先降低后增加，在 R/4 半径位置的

接头强度可达铝合金母材的 99.5%。

许多学者通过改变工件端面形

状调控组织性能不均匀的铝 / 钢界

面。Ashfaq[34]、Wan[35] 和师文辰 [36]

等均发现钢侧外锥形端面倾角为

15° 时界面生成的 IMCs 减少，接头

性能提高，所用的端面形状如图 9 所

示 [34]。Irawan 等 [37] 则认为钢侧外

锥形端面倾角为 30° 时，接头强度最

高。然而 Ambroziak 等 [38] 认为钢侧

端面形状的改变并不能消除界面的

IMCs，但圆锥形状的端面可以在一

定程度上改善接头的弯曲性能，所用

不同端面形状如图 10 所示。Dang
等 [39] 还通过改变铝侧端面形状对

铝 / 钢摩擦焊接头进行调控，使界面

IMCs 分布更加均匀，有效提高了接

头强度。总体来看，将铝合金或钢端

面加工成外锥形状，可以在一定程度

改善界面热、力分布，进而优化界面

组织、提高接头性能。

2.4　铝 / 钢旋转摩擦焊接过程冶金

         调控

针对铝 / 钢异种金属摩擦焊接

头组织性能的不均匀性，通过添加中

间层金属调控界面 IMCs 生成的冶

金反应优化接头性能也是一种可行

的思路。Ambroziak 等 [38] 采用 Ni 作
为中间层金属，有效提高了 AN40 铝

合金 /42CrMo4 钢连续驱动摩擦焊接

表 2　工艺参数影响的文献总结

Table 2　Summary of literatures on the effect of process parameters

焊接方法 作者 材料 影响因素

连续驱动摩擦焊

Paventhan 等 [19] 6082–T6 铝合金 /AISI304 不锈钢 摩擦压力 > 摩擦时间 > 顶锻时间 > 顶锻压力

马肖飞 [20] 6061–T6 铝合金 /304 不锈钢
顶锻压力 > 摩擦时间 > 摩擦压力

王树文 [21] 1050 纯铝 /Q235 低碳钢

Muralimohan 等 [22] 6082–T6 铝合金 /AISI1040 钢 顶锻压力 > 摩擦压力和摩擦时间

Deulkar 等 [23] 63400 铝合金 /410WA 低碳钢 顶锻时间 > 转速 > 摩擦压力 > 顶锻压力

Sahin 等 [24] 铝 /304 不锈钢 摩擦压力 / 摩擦时间 > 顶锻压力 / 顶锻时间 > 转速

Khalfallah 等 [25] AA1100 铝合金 / 低碳钢 顶锻压力 / 顶锻时间 > 摩擦压力 / 摩擦时间 > 转速

惯性摩擦焊
王世路 [26] 2A14 铝合金 /Cr18Ni9Ti 不锈钢 摩擦压力 > 转动惯量 > 初始转速

Li 等 [27] 6061–T6 铝合金 /30CrMnSiA 钢 转速 > 摩擦压力和顶锻压力

图 7　铝 / 钢摩擦焊接头拉伸试样对比 [20]

Fig.7　Comparison of tensile specimens of Al/steel friction welded joint[20]

（a）惯性摩擦焊接拉伸试样 （b）连续驱动摩擦焊接拉伸试样
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（a）中心区域

（b）2/3半径区域

（c）边缘区域
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Al

Al
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镍
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铝合金 100 μm

飞边
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钢

钢
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镍
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75 mm
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头强度。史煜 [40] 发现通过冷喷涂添

加 Ni 中间层在焊接过程中起过渡层

的作用，抑制了界面 Fe–Al 基金属间

化合物的生成，在界面上形成力学性

能更好的 Al–Ni 基 IMCs（AlNi 和
AlNi3），改善了接头力学性能。张昌

青等 [41] 通过添加 Zn 作为中间层金

属，在一定程度上抑制了界面 IMCs
的生成，改善了接头性能。赵茜 [6]

认为在钢侧电镀合金元素（Cu、Zn
和 Ni）不利于提高接头强度，反而增 
加了很多缺陷，但通过摩擦焊的方式

在钢侧添加 Ni 中间层，显著提高了

接头强度，如图 11 所示。部分学者

通过添加 Ag 中间层金属，有效抑制

了界面脆硬 IMCs 的生成，在界面生

成韧性的 Al–Ag 基 IMCs，改善了接

头性能 [42–46]。为抑制 6061 铝合金 /
AISI304 不锈钢连续驱动摩擦焊接

头界面脆硬 Fe2Al5 相的生成，Reddy
等 [44] 对比了添加不同中间层金属的

影响，发现添加 Cu 和 Ni 中间层时，

会生成脆硬的 CuAl2 和 NiAl3 相；而

添加 Ag 作为中间层时可避免脆硬

相的生成，有效提高了接头的弯曲

强度，图 12 为接头界面显微组织。

图 9　不锈钢端面形状示意图 [34]

Fig.9　Schematic of end face shape of stainless steel[34]

图 10　铝 / 钢接头形状示意图 [38]

Fig.10　Schematic of end shapes for Al/steel friction welding workpieces[38]

图 11　铝合金 / 纯镍 / 钢接头形貌 [6]

Fig.11　Joint morphology of Al alloy/pure Ni/steel[6]

图 8　铝 / 钢界面不同位置显微组织 [28]

Fig.8　Microstructures in Al/steel interface 
at different positions[28]

AlSl304

AlSl304

AA6061

AA6061

AlSl304

AlSl304

AA6061

AA6061

50 μm

（a）不添加中间层 （b）添加Ni中间层

（c）添加Cu中间层 （d）添加Ag中间层

图 12　接头界面中间区域显微结构 [44]

Fig.12　Microstructures of weld interface at central zone[44]
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（a）富Cu IMCs （b）Fe4Al13
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Meshram 等 [45] 通过在钢侧端面电镀

20 μm 厚的 Ag 中间层，使其在界面

生成 Ag3Fe2、Ag2Al 和 Ag3Al 等韧性

的 Al–Ag 基 IMCs，有效抑制了界面 
脆硬的 Fe–Al 基 IMCs 的生成，改善

了接头的强度和韧性。Kannan 等 [46]

还发现，添加银作为中间层可以有效

减小 6061–T6 铝合金 /AISI 304 不锈

钢连续驱动摩擦焊中铝侧软化区的

厚度。

在铝 / 钢旋转摩擦焊接时，虽然

界面峰值温度（目前试验检测到的最

高峰值温度低于 530 ℃）低于 Fe–Al
二元相图中 IMCs 生成所需温度，但

很多学者均在铝 / 钢界面发现 IMCs
的存在，Al 与 Fe 基本不互溶，Fe–Al
基 IMCs 的生成标志界面发生冶金

结合，但大多数 Fe–Al 基 IMCs 为脆

硬相，在一定程度上恶化接头性能。

因此，很多学者通过在铝 / 钢之间添

加中间层金属避免 Al 和 Fe 的冶金

反应形成脆硬的 Fe–Al 基 IMCs，并
在界面上生成其他韧性的 IMCs，以
调控接头性能。中间层金属的添加

方式及金属的种类都会对接头性能

产生影响，检索到的文献主要通过

电镀、喷涂及摩擦焊的方式添加中

间层金属，添加的中间层金属种类

主要有 Zn、Ni、Cu 和 Ag。在通过

电镀添加中间层金属时，只有 Ag 中

间层有效改善了接头性能，但在实

际生产过程中选用 Ag 作为中间层

金属成本较高。而通过摩擦焊的方

式先在不锈钢侧焊接薄 Ni 层或喷

涂 Ni 时，接头性能有效改善，相比

于电镀 Ag 成本更低，更适用于工业

生产。

3　铝 / 钢异种金属旋转摩擦
      焊接头显微组织特征

铝 /钢摩擦焊接界面结合主要通

过 IMCs 层或者非晶层实现，然而由

于材料种类、工艺参数的影响，界面

的结合形式存在差异。Taban 等 [47–48] 

在 6061–T6 铝合金 /AISI1018 不锈

钢惯性摩擦焊接头界面发现由 FeAl
和 Fe2Al5 相组成的 IMCs 层，认为

FeAl 相是工件紧密接触、铝侧大变

形促进原子扩散克服活化能垒而生

成的，通过热模拟试验接头界面还

发现 FeAl3 和 FeAl6 相的存在 [48]。

Dong 等 [33] 则在 5052 铝合金 /304 不

锈钢连续驱动摩擦焊接头界面发现

由 Fe2Al5 和 Fe4Al13 组成的 IMCs 层。

冯建等 [49–50] 在 7A04 铝合金 /304 不

锈钢连续驱动摩擦焊接头界面发现 
由 FeAl 和 Al3Ni2 组 成 的 IMCs 层，

焊后热处理促进 IMCs 层由 AlFe 相

变为 AlFe 和 Al6Fe 相。Dang 等 [32，51]

在对 2219 铝合金 /304 不锈钢惯性

摩擦焊接的研究中发现了富 Cu 层

和 Fe4Al13 层的存在，其中富 Cu 层

不仅包含 Al2Cu 相，还包括三元相

Al63.5Cu24Fe12.5 和 Al65Cu20Fe15，如 图

13 所示。研究认为，富 Cu 层的形

成和生长机制涉及强化相的沉淀 –
反应 – 再沉淀过程，即铝合金中的

Al2Cu 相先在界面处沉淀，随后与 Fe
或 Fe4Al13 相发生反应在界面形成

三元相沉淀 [52]。张昌青等 [53] 认为，

界面不同区域热输入的差异会导致

生成的 IMCs 不同，在界面中心生成

Fe3Al 相，距界面 1/2 半径位置生成

FeAl 相，距界面 2/3 半径位置生成

FeAl3 相。Zhao 等 [29] 发 现 2A14 铝

合金 /304 不锈钢惯性摩擦焊接头在

低热输入时界面存在纳米级 Fe–Al–O
非晶层及少量 nm 尺度的 Al2Cu 相，

在高热输入时界面存在 Fe4Al13 相

IMCs 层和 Al67.5Fe20.7Cu6.2Si5.6 相，如

图 14 所示。

除 IMCs 层外，还有部分学者在

铝 / 钢摩擦焊接头界面发现非晶层

的存在。Fukumoto 等 [54] 通过 TEM
观察 5052 铝合金 /304 不锈钢连续

驱动摩擦焊接接头，发现界面存在

非晶层以及非晶 / 晶体堆叠层，如

图 15 所示，认为非晶层是由高温下

的机械合金化和固态反应生成的， 

图 13　铝 / 钢界面显微组织 [51]

Fig.13　Microstructures of Al/steel interface[51]

图 14　不同热输入时铝 / 钢摩擦焊接头显微组织 [29]

Fig.14　Microstructure of Al/steel friction welded joint at different heat inputs[29]

（b）高热输入（a）低热输入
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为 IMCs 生成前的中间相。Ma 等 [30]

也在 6061–T6 铝合金 /304 不锈钢

惯性摩擦焊接头界面发现了非晶层

的存在，认为非晶层的形成是界面

剧烈的剪切效应导致的，通过调控

工艺参数在接头界面分别发现了非

晶层、非晶 IMCs 混合层和完全结

晶的 IMCs 层，如图 16 所示 [31]。

焊接工艺参数对摩擦焊接热力

过程具有显著的影响，从而影响 IMCs
生成。Kimura[55]、Fukumoto[56] 和

Yılmaz[57] 等均发现摩擦时间的增加导

致界面 IMCs 层变厚；Shubhavardhan
等 [58] 则发现 IMCs 层随着顶锻时间

的增加而变厚；Wei 等 [59] 发现当摩

擦压力增加时，界面逐渐出现不连续

且不均匀的 IMCs 层。Zhang 等 [60]

通过设计热压缩对比试验认为铝 /
钢摩擦焊接过程中铝合金的摩擦流

动和搅拌效应促进了界面 IMCs 的

生成，如图 17 所示。

许多学者认为界面生成比较薄

的 IMCs层时，可以获得优质的接头。

当 IMCs 层过厚时则会对接头性能

产生不利影响 [32，61–62]。Dang 等 [32] 在

发现当薄的 IMCs 层在界面生成时，

接头性能良好；当生成的 IMCs 层比

较厚时，容易在 IMCs 层附近产生裂

纹，恶化接头性能。Herbst[61] 发现热

处理后的接头界面 IMCs 层厚度随

着保温时间增加逐渐变厚，接头强度

也提高了 20%，如图 18 所示，认为当

IMCs 层厚度低于 2 μm 时，可以获得

优质的接头。

但也有部分学者认为界面生成的

IMCs 会恶化接头的性能。Kobayshi
等 [63] 在与铝合金母材等强的 A5056
铝合金 /S45C 碳钢接头界面没有发现

IMCs 的生成，认为 IMCs 会对接头强

度产生不利影响。Sahin[64] 同样认为

合金元素在界面聚集形成的 IMCs 会

降低接头的强度。Zhao 等 [29] 发现

接头强度随着 IMCs 层厚度增加逐

渐降低，当界面生成 Fe–Al–O 三元

非晶层时接头强度最高。Ma 等 [31]

认为当界面生成的非晶层和非晶 –

IMCs 混合层会强化接头性能，生成

的 IMCs 层会对接头性能产生不利

影响。

母材状态及所含合金元素种类

和不同工艺参数范围使焊接过程中

界面热、力分布差异，导致界面形成

不同的显微组织（非晶层或 IMCs
层），显微组织的种类和数量将直接

影响接头性能。母材的状态尤其是

铝合金的状态会导致接头在同一参

数下发生不同程度的变形，也意味着

焊接过程中界面经历的热、力发生

了变化。不少学者通过 TEM 分析

发现，母材中的合金元素在铝 / 钢摩

擦焊时直接参与界面反应生成三元

IMCs。工艺参数的改变直接影响接

头界面的温度、应力和变形。因此，

不同的母材匹配、不同的焊接工艺参

数组合会使在铝 / 钢旋转摩擦焊接头

界面发现不同的显微组织，也将显著

影响接头性能。总体来看，当在铝 /
钢界面发现非晶层或薄的 IMCs 层

时，可以获得性能优异的铝 / 钢摩擦

焊接头。

图 15　不锈钢和反应层之间的堆叠层 [54]

Fig.15　Stacked layers between stainless steel 
and reaction layer[54]

图 16　铝 / 钢接头界面不同显微组织 [31]

Fig.16　Different microstructures of Al/steel joint interface[31]

图 17　摩擦流动对球形 IMCs 形成的影响机理示意图 [60]

Fig.17　Schematic diagram of effect mechanism of friction flow on formation of spherical IMCs[60]
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4　结论

通过调控焊接工艺参数匹配，可

以调控铝 / 钢异种金属摩擦焊接界

面 IMCs 生成，获得优异的铝 / 钢摩

擦焊接头。目前国内外学者针对工

艺参数优化、显微组织观察、焊前工

件表面调控界面热分配和添加中间

层金属改善界面冶金反应等方面展

开了大量研究，但仍有以下问题亟待

解决。

（1）摩擦焊接过程短时、低温

及界面高速摩擦剪切运动的特点不

利于 Fe、Al 元素在界面扩散形成

IMCs，界面温度也未达到 Fe–Al 二
元相图中 IMCs 生成的温度条件，但

仍在界面观察到 IMCs，摩擦焊接过

程中界面 IMCs 的生成机制还需进

一步探索。

（2）目前学者们在界面 IMCs 对

接头性能的影响问题上仍存在分歧，

大多数学者认为界面生成薄的 IMCs
层可获得性能优异的接头，然而一些

学者发现当界面形成非晶层时可获

得与铝合金母材等强的接头，并认为

IMCs 会对接头性能产生不利影响。

在铝 / 钢摩擦焊接过程中界面经历

的热力耦合演变对界面 IMCs 或非

晶的生成及生成物对接头性能的影

响还需进行系统深入的研究，以便为

后续优化接头性能提供理论指导。

（3）铝 / 钢异种金属摩擦焊接

过程特点导致其接头界面存在组织

和性能不均匀性，虽然通过改变工件

端面形状在一定程度上改善了界面

的热力分布，缓解了界面组织性能的

不均匀性，但仍需进一步探索工艺措

施，在优化界面热力分配的同时控制

整个界面形成均匀一致的薄 IMCs
层或非晶层，获得高强、高可靠、高质

量的铝 / 钢异种金属摩擦焊接头。
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welding and brazing, rotary friction welding can achieve a reliable joint between Al and steel with high quality, high 
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近年来，随着航空、航天运载工

具铝合金构件制造技术不断进步，搅

拌摩擦焊（FSW）作为一种新型固态

焊接技术，可以有效克服传统熔化焊

的气孔、夹杂和元素烧损等缺陷，获

得性能优良的焊接接头组织，尤其适

用于化学成分和物理性能差异较大

的异种母材的焊接，因而已经被广泛

应用于飞机机身、壁板结构件、火箭

燃料贮箱及发动机主承力框等高强

度铝合金构件的制造。

然而，这些构件在服役过程中要

承受各种复杂应力以及潮湿空气、海

洋大气或工业大气等腐蚀性环境的

交互作用，容易产生应力腐蚀甚至开

裂，严重影响其服役安全性。异种高

强度铝合金 FSW 接头由于母材以及

焊接接头各区域的化学成分、显微组

织和应力分布等均存在差异，会形成

电极电位差，更容易导致应力腐蚀失

效。因此，异种高强度铝合金 FSW
接头应力腐蚀性能的研究已成为热

点。Srinivasan 等 [1] 研究了 AA7075/
AA6056 异种高强度铝合金 FSW 接

头在 3.5% NaCl 溶液中慢应变速率

拉伸（SSRT）过程中的应力腐蚀行

为；结果表明，在非腐蚀性介质空气

中的慢应变速率拉伸试样的断裂位

置发生在后退侧的 AA6056 热机械

影响区与热影响区（TMAZ/HAZ）交

界处，而在 3.5% NaCl 腐蚀性介质中

较低的应变速率下，试样断裂发生在

前进侧 AA7075 合金的 TMAZ/HAZ
区域，断裂机制演变为应力作用下

的应力腐蚀开裂。Davoodi 等 [2] 对

AA5083/AA7023 异种铝合金 FSW 接

头区域的腐蚀行为的研究结果则表

明，焊接接头的耐蚀性介于两种母材

6082–T6/7075–T6 异种铝合金搅拌摩擦焊接
接头应力腐蚀行为*

王守晶，陈志远，黄　悦
（辽宁石油化工大学，抚顺 113001）

[ 摘要 ]　为提高航空、航天运载工具异种高强度铝合金零部件搅拌摩擦焊接接头在腐蚀环境下的服役可靠性，采用

金相分析、电子显微分析和四点弯曲应力腐蚀法，对经过 T6 处理的 6 mm 厚 6082–T6/7075–T6 异种铝合金搅拌摩擦

焊接接头应力腐蚀行为进行了研究。结果表明，搅拌头转速 1200 r/min、焊接速度 80 mm/min 条件下，6082–T6/7075–
T6 母材获得了具有“洋葱环”结构的致密、成形良好的搅拌摩擦焊接接头组织。6082–T6 和 7075–T6 母材搅拌摩擦

焊接接头四点弯曲应力腐蚀主要发生在后退侧的 7075–T6 铝合金一侧，而前进侧 6082–T6 铝合金一侧表现出较好

的耐蚀性。这主要是由于异种铝合金母材电极电位差异导致焊接接头发生应力作用下的电偶腐蚀所致。此外，α–Al
基体与第二相形成微区电偶对，以及焊接接头热机械影响区（TMAZ）、热影响区（HAZ）和母材区（BM）存在的大角

度晶界也是造成应力腐蚀的重要原因。

关键词：铝合金；搅拌摩擦焊（FSW）；焊接接头；应力；腐蚀
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之间，腐蚀主要发生在焊接接头各区

域边界和第二项粒子周围，因为母

材 AA7023 电极电位更低而导致其

腐蚀更加严重。此外，其他研究人员

对 2XXX/7075 异种铝合金 FSW 接头

腐蚀性能的研究也得到类似结果 [3–5]。

沈长斌等 [6] 对 5083–6082 铝合金

FSW 焊缝的电化学腐蚀行为研究则

认为焊缝区塑性变形带来的化学成

分均质化、再结晶晶粒细化和晶体缺

陷数量的减少提高了 FSW 焊缝处的

耐腐蚀性能。

因此，研究异种高强度铝合金构

件 FSW 接头的应力腐蚀行为的演变

规律并阐明其产生的原因，对提高航

空、航天运载工具铝合金构件服役安

全性具有重要意义。本文采用金相

分析、电子显微分析和四点弯曲应力

腐蚀法，研究了经 T6 处理的 6082–
T6/7075–T6 异种铝合金 FSW 接头

腐蚀行为。

1　试验及方法

选用 6 mm 厚 6082–T6 和 7075–
T6 铝合金板材为试验材料，化学成

分如表 1 所示。

图 1 为两种母材的显微组织，两

种母材经过轧制和 T6 处理后，晶粒

形状沿轧向和横向均呈现带状组织

特征，而沿法向可观察到晶粒呈等轴

状分布。

6082–T6 和 7075–T6 轧向为长度

方向，横向为宽度方向，截取 200 mm× 
80 mm 的待焊试板，焊前打磨掉试板

表面污染层和氧化皮，并用无水乙醇

清洗干净。采用图 2 所示自主搭建

的 FSW 设备和搅拌头对 6082–T6 和

7075–T6 试板进行 FSW，以试板的

长边为焊接方向，将 6082–T6 母材置

于前进侧（AS），7075–T6 母材置于

后退侧（RS），采用凹轴肩形搅拌头

逆时针旋转进行 FSW。搅拌头轴肩

直径 16 mm，搅拌针根部直径 7 mm、

端部直径 4.5 mm、长度 5.8 mm，凹轴

肩凹度 10°、下压量 0.2 mm、倾角 2°，

搅拌头转速 1200 r/min，焊接速度 80 
mm/min。

获得的焊接接头以焊缝为中心

沿垂直于焊缝方向截取 80 mm×10 

mm×6 mm 的试样，用于金相分析。

金相观察面为焊缝横截面，试样经研

磨和氧化镁悬浊液抛光，采用 Keller
试剂腐蚀，用于宏观和微观组织观

表 1　6082–T6 和 7075–T6 铝合金化学成分（质量分数）

      Table 1　Chemical composition of 6082–T6 and 7075–T6 aluminum alloys  (mass fraction) %

材料 Al Zn Mg Cu Mn Cr Ti V Fe Si

6082–T6 余量 0.04 0.69 0.05 0.68 0.10 0.05 0.01 0.31 1.02

7075–T6 余量 5.24 2.23 1.41 0.09 0.24 0.03 0.01 0.21 0.04

图 1　母材显微组织

Fig.1　Microstructure of base metal

图 2　FSW 设备和搅拌头

Fig.2　FSW equipment and stirring friction tool
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察。采用扫描电子显微镜（SEM，

JEOL–JSM6501）及附带的能谱仪

（EDS）分析焊接接头各区域显微组

织中的第二相粒子类型和分布特征。

四点弯曲应力腐蚀试验依据 JIS 
H8711—2000《铝合金耐应力腐蚀张

裂的试验方法》进行。以焊缝为中心

沿垂直于焊缝方向截取 150 mm×20 
mm×6 mm 的试块，用金相砂纸（最

终号数为 3000 号）将试块焊接接头

上表面打磨平整，再从试块的上表

层截取 2 mm 厚度的四点弯曲应力

腐蚀试样（试样尺寸为 150 mm×20 
mm×2 mm）。根据 GB/T 15970.2—
2000《金属铝合金的腐蚀　应力腐

蚀试验第 2 部分：弯梁试样的制备

和应用》的规定，将试样安装在图 3
所示的四点弯曲应力腐蚀的夹具中，

使试样的上表面承受拉应力。两支

点间试样凸形表面部分最大张应力 
σ =12Ety/（3H2–4A2），其中铝合金的

弹性模量 E 为 70 GPa，试样厚度 t 为
2 mm，外支点间最大挠度 y 为 3.95 
mm，外支点间的距离 H 为 130 mm，

内外支点间的距离 A=H/4，代入公

式计算得到最大张应力 σ约为 142 
MPa。四点弯曲应力腐蚀试验采用

周期性浸蚀试验，温度（35±1） ℃，

腐蚀介质为 3.5% NaCl 溶液，pH 值

范围在 6.7~7.2 内。将安装在夹具中

的试样在腐蚀介质中浸泡10 min后，

再在相对湿度为 45%~75% 的空气

中暴露 50 min，上述 1 h 为 1 个试验

周期，重复上述周期进行连续试验，

试验总时间为 720 h。试验结束后将

试样取出，用清洗液（1000 mL 蒸馏

水 +20 g Cr2O3+50 mL 磷酸）去除表

面腐蚀产物，然后利用激光共聚焦显

微镜（LSCM，OLYMPUS–OLS3000）
观察和拍摄焊接接头各区腐蚀形貌，

再选择各区典型腐蚀坑位置观察横

断面形貌并测量腐蚀坑深度。

2　试验结果与讨论

2.1　焊接接头宏观形貌

图 4 为 1200 r/min、80 mm/min 条

件下 6082–T6/7075–T6 异种铝合金

FSW 接头形貌。由图 4（a）可以看 
出，焊接获得了成形良好的焊接接

头，表面略粗糙。图 4（b）显示，焊

核区（NZ）2 种母材融合形成“洋葱

环”结构，焊接接头组织致密，未观测

到明显的隧道孔等缺陷。焊核区两

侧对称分布着 AS 和 RS 的 TMAZ、
HAZ 和母材（BM）。

2.2　焊接接头各区域微观形貌

图 5 为 6082–T6/7075–T6 异种

图 3　四点弯曲应力腐蚀试样安装示意图

Fig.3　Installation diagram of four point 
bending stress corrosion test specimen

图 4　焊接接头形貌

Fig.4　Morphology of welded joints

图 5　焊接接头各区显微组织

Fig.5　Microstructure of each zone of welded joint
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12 μm 12 μm

（a）6082-T6 （b）7075-T6

（a）AS，HAZ/TMAZ交界处 （b）AS，NZ

（c）RS，NZ （d）RS，HAZ/TMAZ交界处

350 nm 350 nm

350 nm 350 nm

铝合金 FSW 接头各区微观组织形

貌。由图 5（a）和（e）可以看出，

焊接接头两侧的 HAZ 受到焊接热

输入的影响，晶粒有所长大 [7]。由

图 5（b）和（d）可以看出，TMAZ 晶

粒沿搅拌头旋转方向被进一步挤压

拉长。由图 5（c）可知，NZ 由于受

到搅拌针强烈搅拌和摩擦热的双重

作用，已经发生明显的动态再结晶，

形成大量细小的等轴晶。

2.3　焊接接头各区第二项 SEM 和

         TEM 观察

图 6 为 6082–T6 和 7075–T6 母 
材第二相 SEM 观察结果。由图 6（a）
可以看出，6082–T6 母材的 α–Al 基 
体上主要含有 2 种形态的第二相：

第 1 种是黑色箭头所示呈黑色椭球

状的第二相，EDS 测试结果显示为 
Al–Mg–Si 相，主要含有 81.46% Al、
10.06% Mg 和 8.31% Si（原子数分

数）；第 2 种是白色箭头所示白色条

块状的第二相，为 AlFeMnSi 相，主

要含有 74.41% Al、8.19% Fe、6.96% 
Mn 和 9.51% Si（原子数分数）。

由图 6（b）可以看出，7075–T6 
母材 α–Al 基体上含 4 种形态的第二

相：第 1 种是白色箭头所示呈三角

形或四边形、多边形的白色第二项，

EDS 测试结果为富 Fe 相，主要含有 
75.19% Al 和 11.71% Fe（原子数分

数）；第 2 种是红色箭头所示呈不规

则形状的白色第二相，为 Al7Cu2Fe
相，主要含有 64.45% Al、20.68% Cu
和 12.36% Fe（原子数分数）；第 3
种是黑色箭头所示呈椭球状的白色

第二相，为 Al2CuMg 相 [8–9]，主要含

有 53.74% Al、21.82% Cu 和 21.74% 
Mg（原子数分数）；第 4 种是黑色

椭球状第二相，为 Al6MgSi 相 [10]，

主要含有 73.47% Al、11.97% Mg 和

12.04% Si（原子数分数）。

图 7 为焊接接头不同位置 TEM
明场像。6082–T6 铝合金过饱和固溶

体（SS）分解顺序为 GP→β″→β′→β
（Mg2Si）[11–13]。由图 7（a）可知，6082– 

T6 母材在 AS 的 HAZ/TMAZ 交界处，

基体中存在大量的针状 β″ 相和少量

棒状的 β′ 相。7075–T6 铝合金沉淀

顺序为 SS→GP→η′→η（MgZn2）
[13–14]，

从 RS 的 HAZ/TMAZ 交界处观察到

大量颗粒状的 η′ 相和少量颗粒尺寸

稍 大 的 η 相（图 7（d））。图 7（b）
和（c）分别为前进侧 6082–T6 和后

退侧 7075–T6 焊核区 TEM 明场像，

可以看出第二相粒子已经大量被溶

解，几乎观察不到图 7（a）中的大量

β′ 相和图 7（d）中的 η 相的存在，

这可能是由于焊接过程中，焊核区受

到 FSW 热输入和剧烈的塑性变形影

响，其显微组织发生了动态再结晶并

使第二相粒子发生了溶解所致。

2.4　异种铝合金 FSW 接头的四点

         弯曲应力腐蚀性能

图 8 为四点弯曲应力腐蚀后的

试样上表面宏观形貌。可以看出，试

样表面经过 30 d 的四点弯曲应力腐

蚀之后，焊接接头宏观形貌的表面未

出现裂纹，腐蚀主要发生在焊接接头

后退侧的 7075–T6 铝合金一侧，其表

面形成大量的点蚀坑。而 6082–T6
铝合金一侧表面比较平整，表现出较

好的耐蚀性。

利用激光共聚焦金相显微镜观

图 6　6082–T6 和 7075–T6 母材第二相 SEM
Fig.6　SEM of second phase of 6082–T6 and 7075–T6 base materials

图 7　焊接接头不同位置 TEM 明场像

Fig.7　TEM bright field images at different positions of welded joints



92 航空制造技术·2024年第67卷第10期

FORUM论坛

10 mm

AS（6082-T6） RS（7075-T6）

BM HAZ HAZ BMTMAZ TMAZ
NZ

1 2 3 4

察图 8 所示的四点弯曲应力腐蚀试

样上表面各区域的 3D 形貌和横断

面点蚀坑形貌，如图 9 所示。

由图 9 焊接接头上表面各区 3D
形貌和对应的横截面形貌可以看出，

AS 的 6082–T6 母材和 HAZ 表面观

察到少量深度小于 5 μm 以下的点

状腐蚀坑，TMAZ 观察到最大腐蚀

深度约为 11 μm 微小腐蚀坑。AS

的 NZ 观察到最大腐蚀深度约为 21 
μm 的腐蚀坑。RS 的 7075–T6 各区

域均发生不同程度的腐蚀，其中 RS
的 NZ 表面呈现整体严重腐蚀，大量

蚀孔已连结成片并形成腐蚀坑，对

应的横断面图测得最大腐蚀深度约

为 179 μm，TMAZ 腐蚀坑横断面图

最大腐蚀深度约为 107 μm，HAZ 腐

蚀坑横断面图最大腐蚀深度约为 64 

μm。RS 的 7075–T6 母材也发生轻

微腐蚀，最大腐蚀深度约为 43 μm。

由图 8 和 9 可知，试样焊接接

头四点弯曲应力腐蚀主要发生 RS
的 7075–T6 铝合金一侧，而 AS 的

6082–T6 铝合金一侧表现出较好的

耐蚀性。异种铝合金母材电极电位

差异是导致焊接接头电偶腐蚀的主

要因素。根据腐蚀电化学原理，电偶

腐蚀发生时，电极电位较低的金属作

为阳极被加速腐蚀，电极电位较高的

金属则作为阴极受到保护而减缓腐

蚀。6082–T6 的电极电位约为 –0.79 
V，7075–T6 的电极电位约为 –0.81 
V，两种母材存在电极电位差，因此

在四点弯曲应力腐蚀试验过程中发

生了电偶腐蚀，导致 7075–T6 铝合金

图 9　焊接接头上表面各区 3D 形貌和对应的横截面形貌

Fig.9　3D morphology of each area on the upper surface and corresponding cross-sectional morphology of the welded joint

50 μm 50 μm

50 μm 50 μm

50 μm 50 μm

50 μm 50 μm

11 μm
21 μm

179 μm
107 μm

64 μm 43 μm

0
1280 μm

0
1280 μm

0
1280 μm

0
1280 μm

70 μm
960 μm

90 μm
960 μm

90 μm
960 μm

100 μm
960 μm

0
1280 μm

105 μm
960 μm

0
1280 μm

115 μm
960 μm

0
1280 μm

125 μm
960 μm

0
1280 μm

125 μm
960 μm

（a）AS-BM （b）AS-HAZ

（c）AS-TMAZ （d）AS-NZ

（e）RS-NZ （f）RS-TMAZ

（g）RS-HAZ （h）RS-BM

图 8　四点弯曲应力腐蚀后的试样上表面宏观形貌

Fig.8　Macroscopic morphology of the upper surface of the specimen after four-point
bending stress corrosion
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一侧作为阳极被腐蚀，尤其是焊缝后

退侧 NZ 和 TMAZ 最为严重。同时，

试验过程中所施加的拉应力也进一

步加剧了电偶腐蚀 [15]。

其次，FSW 过程中 NZ 和 TMAZ
发生剧烈塑性变形，使母材中的第二

相发生碎化，同时搅拌摩擦热输入也

能够使焊接接头 NZ、TMAZ 和 HAZ
形成大量的析出相。由图 6 和 7 分

析可知，6082–T6 和 7075–T6 铝合金

经搅拌摩擦焊接后，焊接接头 α–Al
基体上分布着大量的第二相，其中，

6082–T6 铝合金中的第二相包括 Al–
Mg–Si 相、AlFeMnSi 相、β″ 相和 β′
相等，7075–T6 铝合金中的第二相主要

包括富 Fe 相、Al–Cu–Fe 相、Al2CuMg
相、Al6MgSi 相、η′ 相和 η 相等。这

些第二相与 α–Al 基体之间也存在

着电极电位差从而形成微区电偶对，

从而诱发点蚀 [16–19]。Birbilis[19] 和

Buchheit[20] 等曾研究了这些第二相

的电化学特性，这些第二相可以分为

两类：一类是 Mg 含量较高的粒子，

电位较 α–Al 基体为负，四点弯曲应

力腐蚀时将发生自身阳极溶解；第

二类是 Fe 和 Cu 含量较高的粒子，

电位较 α–Al 基体为正，引起 α–Al 基
体作为阳极被腐蚀。试样表面受拉

应力作用发生腐蚀时，这些第二相粒

子的弹性模量、强度和塑性等力学性

能与 α–Al 基体存在差异，作为阴极

的第二相粒子从 α–Al 基体脱落，留

下腐蚀坑。

此外，晶粒尺寸和晶界类型也会

对焊接接头的应力腐蚀性能产生影

响。由图 5 可知，焊接接头两侧的

TMAZ 和 HAZ 受到焊接热输入的

影响导致晶粒有所长大，而轧制的母

材则存在典型的带状组织特征，晶粒

尺寸也比较大。晶粒粗大的 TMAZ、
HAZ 和 BM 的大角度晶界所占的比

例较高，大角度晶界原子排列混乱，

使腐蚀介质更容易沿着大角度晶界

向金属内部扩展，晶间应力腐蚀倾向

增加。

3　结论

（1）搅拌头转速 1200 r/min、焊接

速度 80 mm/min 条件下，6082–T6 和

7075–T6 母材获得了具有“洋葱环”

结构的致密且成形良好的搅拌摩擦

焊接接头组织。

（2）6082–T6 和 7075–T6 母材搅

拌摩擦焊接接头四点弯曲应力腐蚀

主要发生在后退侧的 7075–T6 铝合

金一侧，而前进侧 6082–T6 铝合金一

侧表现出较好的耐蚀性。这主要是

由于异种铝合金母材电极电位差异

导致焊接接头发生应力作用下的电

偶腐蚀所致。此外，α–Al 基体与第

二相之间形成的微区电偶对，以及焊

接接头 TMAZ、HAZ 和 BM 存在的

大角度晶界也是造成应力腐蚀的重

要原因。
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Stress Corrosion Behavior of 6082–T6/7075–T6 Dissimilar Aluminum Alloy 
Friction Stir Welded Joints

WANG Shoujing, CHEN Zhiyuan, HUANG Yue
(Liaoning Petrochemical University, Fushun 113001, China)

[ABSTRACT]　In order to improve the service reliability of friction stir welded joints of high-strength aluminum alloy 
components for aviation and aerospace vehicles in corrosive environments, the stress corrosion behavior of 6 mm thick 
6082–T6/7075–T6 dissimilar aluminum alloy friction stir welded joints treated with T6 was studied using metallographic 
analysis, electron microscopy analysis, and four-point bending stress corrosion method. The results showed that under the 
conditions of rotating speed 1200 r/min and weeding speed 80 mm/min, the 6082–T6/7075–T6 base material obtained 
a dense and well formed friction stir welded joint structure with an onion ring structure. The four-point bending stress 
corrosion of 6082–T6 and 7075–T6 base metal friction stir welded joints mainly occurs on the 7075–T6 aluminum alloy 
side on the retreating side, while the 6082–T6 aluminum alloy side on the advancing side shows good corrosion resistance. 
This is mainly due to the difference in electrode potential between dissimilar aluminum alloy base materials, which leads 
to galvanic corrosion of welded joints under stress. In addition, The formation of micro electric couples between the α–Al 
matrix and the second phase, as well as the presence of large angle grain boundaries in the TMAZ, HAZ, and BM regions 
of the welded joint, are also important reasons for stress corrosion.
Keywords: Aluminum alloys; Friction stir welding (FSW); Welded joint; Stress; Corrosion
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7075 铝合金因其出色的力学性

能被广泛应用于航空航天等领域 [1–2]。

然而，随着对材料性能要求的不断提

高，传统的熔化焊接在面对 7075 铝

合金的焊接挑战时表现出明显的不

足，焊缝易出现气孔、裂纹等缺陷，严

重制约其应用范围 [3–4]。

为克服传统熔化焊接的局限性，

搅拌摩擦焊技术逐渐成为连接 7075
铝合金的一种重要手段，该焊接方法

的主要特征在于通过搅拌工具的机械

作用使材料发生强烈塑性变形，实现

金属材料的连接，避免了熔焊工艺在

熔融和凝固过程中可能引起的缺陷，

焊接件的力学性能得到显著提升 [5–7]。

为进一步提高接头的力学性能，相关

学者展开了 7075 铝合金接头微观组

织与力学性能的研究。Ozan 等 [8] 对

7075–T6 铝合金开展搅拌摩擦对接

焊工艺研究，结果表明，接头焊核区

为细小的再结晶晶粒，当转速为 400 
r/min，焊接速度为 80 mm/min 时，

接头强度达到 382 MPa，强度系数

为 71.4%，伸长率为母材的 50%，接

头显微形貌分布呈“W”分布，接头

出现软化现象。刘刚等 [9] 对 7075–
T6 铝合金进行搅拌摩擦对接焊，研

究转速对接头组织和力学性能的影

响，结果表明，随转速升高，接头热机

影响区与焊核区晶粒逐渐增大，抗拉

强度与伸长率随转速增大而逐渐减

小，在转速为 300 r/min 时，接头强度

达到 382.7 MPa，达母材的 70%，伸

长率为母材的 43%。Zhang 等 [10] 研

7075–O 铝合金搅拌摩擦焊接头微观组织与
力学性能

朱　海，晏小龙，李砚峰，刘　琪
（东北林业大学，哈尔滨 150040）

[ 摘要 ]　时效硬化态 7075 铝合金搅拌摩擦焊接头塑性较低，给进一步变形加工带来困难。本文采用 3 mm 厚的

7075–O 铝合金板进行搅拌摩擦对接焊，研究焊接速度对接头组织和强塑性的影响，为获得高塑性的搅拌摩擦接头提

供解决方案。结果表明，7075–O 铝合金接头焊核区为细小的等轴晶粒，随焊接速度的增加，焊核区平均晶粒尺寸呈

先减小后缓慢增加的趋势，当焊接速度为 40 mm/min 时，焊核区晶粒尺寸最小，约为 1.96 μm。不同焊接速度下接头

横截面显微硬度呈“凸”形分布，接头区域发生明显硬化，其中焊核区硬度最高，约为 145HV。7075–O 铝合金搅拌摩

擦焊工艺窗口较宽，焊接速度在 20~80 mm/min 范围内接头强度均高于母材强度，焊接件伸长率达母材的 82%，采用

7075–O 铝合金不仅能够克服时效硬化态 7075 铝合金搅拌摩擦焊接头的软化问题，而且能够获得更高的伸长率。接

头弯曲试验结果表明，7075–O 铝合金搅拌摩擦焊接头能够承受更大的弯曲角度，极限弯曲角达 105°，具备更加出色的

塑性变形能力。

关键词： 7075–O 铝合金；搅拌摩擦焊；接头组织；拉伸性能；弯曲性能
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究高焊接速度对 7075–T6 铝合金搅

拌摩擦焊接头力学性能的影响，结果

表明，虽然高速焊对接头软化现象有

一定的抑制作用，但接头形貌分布仍

然存在明显的“W”形分布。Kumar
等 [11] 研究 7075–T651 铝合金搅拌摩

擦焊接头力学性能时发现，当转速为

800 r/min，焊接速度为 50 mm/min 时， 
接头强度达到 278 MPa，为母材强度

的 48.4%，伸长率仅为母材的 31%，

接头处平均硬度为 155HV，与母材硬

度相比降低了 30HV，接头出现明显

软化。本文认为，焊接过程中剧烈的

塑性变形和摩擦热引起的复杂热 –
力交互作用导致的接头组织晶粒不

均匀性以及第二相粗化、重熔等组织

演变行为是促使接头强塑性低于母

材的主要原因。Kosturek 等 [12] 对不

同焊接参数下 7075–T651 铝合金搅

拌摩擦焊接头力学性能展开研究，结

果发现所选参数下接头强度均超过 
400 MPa，达到母材强度的 68.5%，

当转速为 400 r/min，焊接速度为 100 
mm/min时，接头强度最高，达到 447.7 
MPa，为母材强度的 76.7%，此外，接

头硬度明显低于母材硬度，焊核区平

均硬度约为 145HV，热机影响区与热

影响区交界处为硬度最低区域，硬度

约为 105HV~115HV。为克服时效硬

化态 7075 铝合金接头软化问题，焊后

热处理是其中较为有效的方法之一，

任淑荣等 [13] 对 8 mm 厚的 7075–T651
铝合金接头进行焊后 T6 和背部二次

焊接处理时发现，双面焊接头经 T6
处理后，强度明显提升，达到母材的

89.7%，但是接头伸长率只有 3.4%，

仅为母材的 27%。Mahoney 等 [14] 对

6.35 mm 厚的 7075–T651 铝合金搅

拌摩擦焊接头进行 121 ℃ ×24 h 的

低温时效处理，研究时效热处理对接

头力学性能的影响，结果表明，时效

处理对接头强度提升效果不大，但接

头伸长率明显下降，最高为 3.5%，仅

为 7075–T651 铝合金母材的 24%。

Prapas 等 [15] 对转速为 1110 r/min，焊

接速度为 110 mm/min 的 7075 铝合

金搅拌摩擦焊接头分别进行了人工

时效处理和 T6 处理，结果表明，人

工时效处理不仅导致接头强度降低，

伸长率也下降至母材的 10% ；而 T6
处理虽然明显提升了接头强度，达到

399.13 MPa，达到母材强度的 88%，

但接头伸长率明显低于母材，仅为母

材伸长率的 14%。

根据上述文献研究发现，时效硬

化态下的 7075 铝合金搅拌摩擦焊接

头抗拉强度普遍低于母材，接头硬度

分布普遍呈“W”形分布，存在明显

的软化特征，同时接头的塑性也明显

降低，即使采用焊后热处理工艺对接

头组织进行均匀化处理，接头强度得

到了提升，但接头的塑性并没有得到

提升，反而下降。当焊接件需要进行

塑性加工时，由于塑性的明显降低，

接头位置无法承受较大的塑性变形，

易在接头位置出现裂纹甚至直接发

生断裂，限制了 7075 铝合金搅拌摩

擦焊工艺的应用范围。从退火态（O）

7075 铝合金搅拌摩擦焊预试验的拉

伸性能测试结果发现，接头不仅具有

高于母材的拉伸强度，而且塑性得到

了明显提升。因此，本文选取 3 mm
厚的 7075–O 铝合金进行搅拌摩擦

对接焊工艺探索，深入研究焊接工艺

参数对接头微观组织和强塑性的影

响，为提高 7075 铝合金搅拌摩擦焊

接头的强塑性，改善塑性变形能力提

供解决方案。

1　试验材料与试验方法

本试验采用 7075–O 铝合金轧制

板材为试验对象，尺寸为300 mm×60 
mm×3 mm，焊接形式为对接。材料

化学成分及力学性能分别如表 1 和

2 所示。试验设备为 X52K 立式数

控铣床，采用端部带有右旋螺纹的

搅拌工具，沿顺时针方向旋转，搅拌

工具焊接倾角为 2.5°，下压量为 0.18 
mm。选取预试验中成形良好、内部

无缺陷接头的焊接工艺参数：固定

转速为 1000 r/min，焊接速度为 20 
mm/min、40 mm/min、60 mm/min 和

80 mm/min 4 组参数，焊接过程如图

1 所示。

焊前利用酒精擦拭待焊板材，随

后用砂纸打磨对接面直至光亮，最后

再次利用丙酮擦拭焊件。焊后利用

线切割截取试样，截取位置如图 1 所

示。对金相试样进行研磨、抛光、腐

蚀后，采用重庆奥特光学仪器有限责

任公司的 MDS 400 倒置金相显微镜

观察其微观组织，利用上海联尔试验

设备有限公司生产的 HVS–1000 维

氏硬度计对接头横截面进行显微硬

度测试，载荷为 200 g，加载时间为

15 s，相邻测试点间隔 0.5 mm。拉

伸试验按照标准 GB/T 288.1—2010
进行取样，弯曲试验按照标准 GB/T 
2653—2008 进行取样，在室温下利

用上海邦亿精密量仪有限公司生产

的 CMT–5105 万能拉伸试验机进行

表 1　7075–O 铝合金化学成分（质量分数）

                  Table 1　7075–O aluminum alloy chemical composition (mass fraction) %

表 2　7075–O 铝合金力学性能参数

Table 2　7075–O aluminum alloy mechanical properties parameters

Mg Zn Cu Si Fe Mn Cr Ti Al

2.5~5.6 5.6 1.2~2.0 0.4 0.5 0.3 0.18~0.28 0.2 Bal.

抗拉强度 /MPa 屈服强度 /MPa 伸长率 /% 硬度（HV）

238.9 133 11.2 75
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拉伸与弯曲性能测试，拉伸速率为

1.3 mm/min，每组参数制备 3 个平行

试样，测试结果取平均值，拉伸试样

如图 2 所示，弯曲试验过程如图 3 所

示。

2　结果与分析

2.1　接头微观组织

图 4 为转速 1000 r/min，不同焊

接速度下 7075–O 铝合金搅拌摩擦

焊接头横截面宏观形貌，可以看出，

接头区域呈上宽下窄的“漏斗状”，

所选焊接参数下均可获得内部无缺

陷的焊接接头，接头内部经过搅拌

工具的机械作用形成了不同的组织

分区，即焊核区（NZ）、热机影响区

（TMAZ）、热影响区（HAZ）与母材

区（BM）。焊核区与前进侧（AS）热

机影响区之间存在明显的组织分区

界线，而在接头后退侧（RS），组织分

界线相对模糊，出现该现象与焊接过

程中材料塑性流动差异有关。在接

头的前进侧，母材金属受到搅拌针连

续的切削和挤压作用，其变形方向与

焊接方向一致，而在后退侧，母材金

属的变形方向与焊接方向相反。接

头前进侧塑性金属的流动方向与受

到剪切作用的母材金属的流动方向

互相对立，从而在材料流动中产生了

显著的速度差和变形差异。与此相

反，后退侧的塑性金属的流动方向与

受到剪切作用的母材金属的流动方

向一致，因此速度差和变形差较小，

使得搅拌摩擦焊接头前进侧焊核区

与热机影响区之间存在明显的分界

线，而在后退侧组织分区过渡相对平

滑。

在相同转速（1000 r/min），不同

焊接速度下接头各组织分区具有相

同的组织特征。图 5 为焊接速度 40 
mm/min 下 7075–O 铝合金母材与接

头各分区微观组织。图 6 为在转速

1000 r/min、焊接速度 40 mm/min 下

7075–O 接头与母材第二相粒子分布

图，母材的组织晶粒沿轧制方向被拉

长，呈长条状分布；焊核区位于接头

的中心，该区组织由于受到搅拌工具

强烈的搅拌作用发生破碎，同时经历

了较高温度的热循环，组织发生动态

再结晶，由母材原始的长条状组织

转变为细小的等轴再结晶组织。图

7 为相同转速（1000 r/min）不同焊

接速度 7075–O 铝合金搅拌摩擦焊

接头焊核区平均晶粒尺寸（AGS）分

布，随着焊接速度的增加，焊核区平均

晶粒尺寸呈现先减小后逐渐增大的变

化规律。当焊接速度由 20 mm/min
提高至 40 mm/min 时，焊核区晶粒细

化程度较为明显，这与焊接过程中的

热输入有关，焊接速度加快，单位焊

缝长度上的热输入减少，冷却速率加

快，因此缩短了晶粒长大的时间；而

当焊接速度依次增加至 60 mm/min 和

80 mm/min 时，搅拌工具与金属的交

互作用时间缩短，从而导致金属的

变形程度减弱，与低焊接速度相比，

较高焊接速度下接头位错的增殖较

为缓慢，形核点减少，因此晶粒略微

粗化 [16–17]。焊核区大部分第二相粒

子在焊接热的作用下发生溶解，并在

图 1　焊接过程及试样截取示意图

Fig.1　Diagram of welding process and sample interception

焊接方向

旋转方向

7075-O铝合金板

轴肩

搅拌针

弯曲试样

拉伸试样

金相试样

z
x
y

热影响区

热机影响区
焊核区

前进侧

后退侧

图 4　不同焊接速度下 7075–O 铝合金搅拌

摩擦焊接头横截面形貌

Fig.4　Cross-section macrograph of 7075–O 
aluminum alloy joints FSWed at different 

welding speeds

图 2　拉伸试样（mm）

Fig.2　Tensile sample (mm)

图 3　接头面弯试验示意图

Fig.3　Joint surface bending test diagram
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（a）BM （b）NZ

（c）TMAZ （d）HAZ
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20 μm 20 μm

（a）BM （b）NZ

（c）TMAZ （d）HAZ

100 μm 100 μm

100 μm 100 μm

HAZ

NZ

TMAZ

过渡带

后续的自然冷却过程中析出，呈点状

分布于焊核区。热机影响区同时受

到搅拌工具的机械搅拌与焊接热循

环作用，但是受到的搅拌工具作用远

小于焊核区组织，因此该区材料发生

较大程度的弯曲变形，总体上长条状

晶粒呈流线型分布，在靠近焊核区的

部分热机影响区内存在晶粒混合边

界，表现为一段模糊的晶粒过渡带，

由于距离焊核区较近，所以焊接温度

较高，促使部分破碎的热机影响区晶

粒发生动态再结晶，从而形成部分细

小的再结晶晶粒，随机分布于长条状

晶粒的晶界处。随着离焊核区的距

离增加，温度逐渐降低，再结晶效果

逐渐减弱，在靠近热影响区的热机影

响区内形成了回复晶粒组织。热机

图 5　7075–O 铝合金母材与接头微观组织（40 mm/min）

Fig.5　Microstructure of 7075–O aluminum alloy BM and joint (40 mm/min)

图 6　7075–O 铝合金母材与接头第二相分布（40 mm/min）

Fig.6　7075–O aluminum alloy BM and joint second phase distribution (40 mm/min)

图 7　不同焊接速度下 7075–O 铝合金接头

焊核区晶粒尺寸分布（1000 r/min）

Fig.7　Grain size distribution of 7075–O 
aluminum alloy joint FSWed at different 

welding speeds (1000 r/min)
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影响区第二相粒子在搅拌工具的作用

下产生塑性流动，沿晶粒取向方向呈

带状分布，并存在分布不均匀的现象。

由于热影响区距离搅拌工具较远，该

区组织并未发生塑性变形，仅受到焊

接热循环作用，温度较低，组织晶粒

仅发生回复反应，与母材相比，晶粒

略微发生粗化，第二相粒子沿轧制方

向排列，偏聚现象较为明显。

2.2　接头硬度分布

图 8 为转速 1000 r/min，不同焊

接速度下 7075–O 铝合金搅拌摩擦

焊接头横截面显微硬度分布。可以

看出，不同焊接速度下接头硬度分布

基本保持一致，呈现出明显的“凸”

形，接头平均硬度约为 93.5HV，焊核

区与热机影响区硬度明显高于母材

硬度，显现出硬化现象。其中，焊核

区平均硬度随焊接速度增加呈现先

增大后减小的趋势，且分布较为平

稳，焊接速度为 40 mm/min 时焊核

区平均硬度达到最高，约为 145HV；

热机影响区硬度随焊接速度增加呈

下降趋势；接头热影响区硬度与母

材硬度基本保持一致，约为 75HV。

随着焊接速度的增加，接头硬化区宽

度略微变窄。接头硬度的分布特征

与接头各分区的组织演变有关，焊核

区受搅拌针的搅拌剪切作用发生严

重塑性变形，在焊接热循环的作用

下发生动态再结晶，细小的等轴晶

粒充分发挥了细晶强化的作用。此

外，焊核区大量第二相粒子发生溶

解和再析出，形成细小的第二相粒

子，随机分布于铝基体内部及晶粒的

晶界处，进一步阻碍了位错运动和

滑移，使焊核区硬度最高。热机影

响区大部分晶粒组织呈长条状，仅

靠近焊核区的部分热机影响区组织

晶粒发生动态再结晶，而靠近热影 
响区的热机影响区组织晶粒细化程

度较弱，且热机影响区存在部分粗

化的第二相粒子，因此接头热机影

响区硬度呈下降趋势。热影响区晶

粒发生略微粗化，硬度与母材基本

保持一致。

2.3　接头拉伸性能

图 9 所示为相同转速（1000 r/min）
不同焊接速度下 7075–O 铝合金焊

接件的拉伸性能，图 10 为在相同转

速（1000 r/min），不同焊接速度下焊

接件断裂位置分布。从图 9 和 10 可

以发现，不同焊接速度下焊接件拉伸

性能结果基本相同，断裂位置均位于

母材区，表明接头强度高于母材；焊

图 8　不同焊接速度下 7075–O 铝合金搅拌摩擦焊接头横截面硬度分布

Fig.8　Cross-section hardness distribution of 7075–O aluminum alloy joints FSWed at 
different welding speeds

图 9　不同焊接速度下 7075–O 铝合金焊接件拉伸性能

Fig.9　Tensile properties of 7075–O aluminum alloy joints FSWed at different welding speeds

图 10　不同焊接速度下 7075–O 铝合金焊接件断裂位置

Fig.10　Fracture position of 7075–O aluminum alloy joints FSWed at different welding speeds
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件伸长率略低于母材，最高为 9.2%。

由于接头处存在不同的组织分区，整

个焊接拉伸件属于典型的非匀质材

料，组织和硬度的不均匀性会导致焊

接件在拉伸过程中存在不均匀变形。

焊核区与热机影响区经过搅拌工具

的机械作用，形成了组织致密的接

头，硬度高于母材，因此拉伸过程中

接头区域基本不产生变形，母材区成

为焊接件的主要变形区域，从而导致

焊接件的实际变形长度小于匀质材

料，造成伸长率略低于 7075–O 铝合

金母材（为母材的 82%），但明显高于

国内外学者对于时效硬化态 7075 铝

合金接头伸长率的研究结果。焊接

件断口均位于远离接头区域的母材

区，宏观上与拉伸方向呈 45° 角，断

口位置呈现明显缩颈现象，表现为明

显的韧性断裂特征。

2.4　接头弯曲测试

由拉伸性能结果可知，7075–O
铝合金搅拌摩擦焊接头强度高于母

材，焊接件断裂位置位于远离接头区

域的母材区。值得注意的是，拉伸试

验中焊接件的塑性变形主要发生在

母材区，无法真实反映搅拌摩擦焊接

头的塑性变形能力。因此，为进一

步研究 7075–O 铝合金搅拌摩擦焊

接头的塑性变形能力，选取相同焊接

工艺参数下 7075–T6 和 7075–O 铝

合金搅拌摩擦焊接头进行三点弯曲

试验，对比两种铝合金材料状态搅拌

摩擦接头塑性。图 11 为转速 1000 
r/min、焊接速度 60 mm/min 条件下

7075 铝合金 T6 和 O 态搅拌摩擦焊

接头面弯试验对比结果。7075–T6
铝合金接头在弯曲角约为 76° 时，在

焊核区与热机影响区的交界处出现

裂纹，呈“S”形向焊核区内部扩展；

7075–O 铝合金接头在弯曲角度约为

105° 时，焊核区中心才出现裂纹，表

明 7075–O 铝合金搅拌摩擦焊接头

能够承受更大的弯曲变形。分析认

为，接头平均硬度分布是导致该结果

的主要原因，7075–T6 铝合金接头平

均硬度约为 150HV，而 7075–O 铝合

金接头平均硬度约为 93.5HV，因此

7075–O 铝合金接头在弯曲试验过程

中能够产生更大的塑性变形。

3　结论

（1） 7075–O 铝合金搅拌摩擦焊

的工艺窗口较宽，在所选参数范围内

均能获得成形质量良好、内部组织致

密、无缺陷的接头。不同焊接速度下

焊核区晶粒尺寸呈先减小后增大的

趋势，在 40 mm/min 时焊核区平均

晶粒尺寸达到最小，约为 1.96 μm。

（2） 7075–O 铝合金搅拌摩擦焊

接头横截面显微硬度均呈现明显的

“凸”形分布，接头区域发生明显硬

化，最高硬度位于接头焊核区，平均

硬度约为 145HV。

（3） 7075–O 铝合金搅拌摩擦焊

接头强度均高于母材，焊件伸长率略

低于母材，最高为 9.2%，断裂位置位

于远离接头区域的母材区。

（4）与 7075–T6 铝合金接头相

比，7075–O 铝合金接头具备更加优

越的塑性变形能力，极限弯曲角可达

105°，采用 7075–O 铝合金进行搅拌

摩擦焊可以获得高于母材的接头强

度和较优异的接头塑性，更有利于后

期的变形加工。相信通过工艺优化

能够获得更优异的接头塑性。
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[ABSTRACT]　The age-hardened AA7075 in the friction stir welding (FSW) joints exhibits lower plasticity, posing 
challenges for further deformation processing. In this study, this paper employed a 3 mm thick AA7075–O plate for stir 
friction butt welding, investigating the impact of welding speed on the joint microstructure and strength-ductility, aiming 
to provide solutions for achieving highly ductile FSWed joints. The results reveal that the weld nugget zone (NZ) in the 
AA7075–O joint consists of fine equiaxed grains. With an increase in welding speed, the average grain size (AGS) in 
the weld NZ initially decreases and then gradually increases. At a welding speed of 40 mm/min, the smallest AGS in 
the weld NZ is approximately 1.96 μm. The microhardness distribution across the transverse section of the joint shows 
a convex shape at different welding speeds, indicating significant hardening in the joint region. The weld NZ exhibits 
the highest hardness, reaching approximately 145HV. The process window for FSW of AA7075–O is broad, with joint 
strength exceeding the base material (BM) strength at welding speeds within the range of 20–80 mm/min. The elongation 
of the welded specimen reaches 82% of the BM. The use of AA7075–O not only overcomes the softening issue in the age-
hardened AA7075 FSWed joints but also yields a higher elongation. Bending test results demonstrate that the FSWed joints 
of AA7075–O can withstand larger bending angles, with a maximum bending angle reaching 105°, indicating superior 
plastic deformation capabilities.
Keywords: AA7075–O; Friction stir welding; Joint microstructure; Tensile properties; Bending properties
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DD26 单晶高温合金钎焊接头微观组织与力学性能研究*

贺文燮 1，张元伟 2，任海水 2，任新宇 2，毛　唯 2

（1. 贵阳航发精密铸造有限公司，贵阳 550014；
2. 中国航发北京航空材料研究院，北京 100095）

[ 摘要 ]　采用 NiNbCoWCrAlSiMo 钎料，在 1225 ℃ /30 min 钎焊条件下开展了 DD26 单晶高温合金的钎焊试验，分 
析了 0.05 mm、0.20 mm 两种钎焊间隙对应接头的微观组织和性能。研究发现，接头组织主要由颗粒状的 γ+γ′ 双
相组织，以及分布在颗粒相之间的富 W 相和 Ni–Nb（Si）相构成。当钎焊间隙为 0.05 mm 时，接头室温抗拉强度

为 614 MPa，达到 DD26 单晶合金的 75.9%； 1000 ℃抗拉强度为 466 MPa，达到 DD26 单晶合金的 78.8%； 1000 ℃ /75 
MPa 条件下的持久寿命最高可达 44.6 h。当钎焊间隙为 0.20 mm 时，接头室温抗拉强度为 686 MPa，达到 DD26 单

晶合金的 84.8%； 1000 ℃抗拉强度为 479 MPa，达到 DD26 单晶合金的 81.0%； 1000 ℃ /75 MPa 条件下的持久寿命最

高可达 17.5 h。焊后热处理对间隙 0.05 mm 的接头持久性能影响不明显，间隙 0.20 mm 的接头持久性能在热处理后

有所提升。断口分析发现，接头断裂表现出裂纹沿颗粒状的 γ+γ′ 双相组织边缘扩展的特征。

关键词：DD26 单晶高温合金；镍基钎料；钎焊间隙；焊缝组织；接头性能

Microstructure and Mechanical Properties of Brazed DD26 Single Crystal Superalloy Joint

HE Wenxie1, ZHANG Yuanwei2, REN Haishui2, REN Xinyu2, MAO Wei2

(1. Guiyang AECC Precision Casting Co., Ltd., Guiyang 550014, China;
2. AECC Beijing Institute of Aeronautical Materials, Beijing 100095, China)

[ABSTRACT]　The brazing of DD26 single crystal superalloy was investigated with NiNbCoWCrAlSiMo filler metal 
under the condition of 1225 ℃ /30 min. Microstructure and mechanical properties of joint corresponded to brazing gaps 
of 0.05 mm and 0.20 mm were analyzed. It was indicated that the joint microstructure was composed of γ+γ′ particles and 
W-rich and Nb-rich phases distributed among the particles. When the brazing gap was 0.05 mm, the joint tensile strength 
at room temperature was 614 MPa, about 75.9% of DD26 alloy; the joint tensile strength at 1000 ℃ was 466 MPa, about 
78.8% of DD26 alloy; and the creep rupture life under the condition of 1000 ℃ /75 MPa was 44.6 h. When the brazing gap 
was 0.20 mm, the joint tensile strength at room temperature was 686 MPa, about 84.8% of DD26 alloy; the joint tensile 
strength at 1000 ℃ was 479 MPa, about 81.0% of DD26 alloy; the creep rupture life under the condition of 1000 ℃ /75 MPa 
was 17.5 h. The influence of heat treatment on the creep rupture life of joint with brazing gap of 0.05 mm was insignificant, 
while that of joint with brazing gap of 0.20 mm increased. The fracture analysis showed that the joint fracture presented the 
characteristics of crack propagation along the edge of granular γ+γ′ dual phase structure.
Keywords: DD26 single crystal superalloy; Ni-based filler metal; Brazing gap; Weld microstructure; 
                   Joint mechanical properties
DOI： 10.16080/j.issn1671-833x.2024.10.102
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随着航空发动机性能的不断提升，涡轮叶片的服役

环境也越来越苛刻 [1]。单晶高温合金由于消除了晶界，

具有优异的耐高温性能。由单晶高温合金制造的涡轮

叶片往往具有空心结构特征，叶片铸造后需要通过钎焊

方法来进行工艺孔封堵、钣金件的焊接等，因此，单晶高

温合金钎焊技术成为涡轮叶片顺利服役的关键技术之

一 [2–3]。

关于单晶高温合金钎焊技术的研究多有报道。

侯星宇等 [4] 采用自主研制的 JSSNi60 镍基钎料，在

1230~1310 ℃下进行了 CMSX–4 单晶高温合金的钎焊，

发现随着钎焊温度的增加，焊缝中缺陷和低熔点化合物

相逐渐减少并消失，白色硼化物比例先升高后降低，γ′
沉淀相增多；当钎焊温度升至 1290 ℃后，接头组织不再

有明显变化，焊缝中存在大量 γ′ 强化相和少量硼化物；

焊接温度 1290 ℃下得到的接头在 980 ℃ /100 MPa 条

件下的持久寿命可达到 400 h 以上。李思思等 [5] 采用

NiNbCoWCrAlSiMo 钎料，在一定钎焊条件下对 DD5
单晶高温合金进行钎焊试验，发现钎焊间隙为 0.1 mm
时，接头在 980 ℃ /100 h 条件下的持久强度可达到 80 
MPa。孙元等 [6] 采用 Co–Ni–Si–B 钎料钎焊了 DD5 镍

基单晶高温合金，发现在 1180 ℃焊接温度下，延长保温

时间提高了钎料合金与母材之间的界面结合强度，减少

了脆性化合物相数量，同时可使焊接缺陷减少，提高接

头的力学性能；保温时间为 180 min 时，接头在 870 ℃
的抗拉强度达到 580 MPa。

Riggs 等 [7] 采用 BNi–2 和 BNi–9 两种镍基钎料进

行了 CMSX–4 单晶高温合金的真空钎焊，发现两种钎

料获得的焊缝组织类似，都包括等温凝固区域、中间共

晶组织和硼扩散区。中间共晶组织包括化合物 Ni3B、

CrB 和硅化物等，表现出较高的硬度值（950HV），远高

于等温凝固区（396HV）和靠近 CMSX–4 单晶高温合金

扩散区（300HV~400HV）。李文文等 [8] 针对第二代单

晶高温合金 DD6，设计了新型镍基钎料，在远低于母材

固溶温度的焊接温度（1220 ℃）下焊接了不同钎焊间隙

（0.05 mm、0.10 mm 和 0.15 mm）的接头；钎缝基体是与

DD6 母材相似的 γ+γ′ 双相组织，随钎焊间隙的增大，脆

性硼化物相逐渐增多，形态由断续分布转变成粗大的鱼

骨状，但在大间隙内（0.15 mm）预填高温合金粉末后，

硼化物相重新变得细小弥散；不同钎焊间隙对应接头在

980 ℃下的抗拉强度差别不大，抗拉强度平均值分布在

657~694 MPa 之间。

Barazandeh 等 [9] 采用 BNi–2 钎料进行了 NiMoNiC 
105 高温合金的钎焊连接，在 1170 ℃ /8 min 的焊接工

艺下获得的接头室温剪切强度为 83.8 MPa ；1000 ℃ /4 h
的焊后热处理促进了焊缝中硼化物和硅化物等化合物

的溶解和组织的均匀化，接头室温剪切强度增加到 92.2 
MPa。李可馨等 [10] 利用球磨混粉方法将镍基粉末钎料

和母材成分相同的高温合金粉混合制成混合粉末钎料，

进行了第三代含铼单晶高温合金的钎焊，研究发现，纯

镍基钎料和混合粉末钎料对应的焊缝物相构成相似，焊

缝由 γ–Ni、γ′、γ+γ′ 共晶、CrB、Ni3B 及 M3B2 型硼化物

组成，当混合粉末钎料中高温合金粉比例达到 50% 时，

焊缝组织中基本没有 Ni3B，硼化物尺寸细小且分布均

匀，对应接头在 980 ℃ /100 MPa 条件下的持久寿命为

34 h，优于其他工艺。

DD26 镍基单晶高温合金属于第一代单晶高温合

金，服役温度在 1100 ℃以下，具有较高的蠕变强度和

抗疲劳性能，并具有良好的组织稳定性，主要用于制造

航空发动机涡轮叶片等高温部件。为了实现该合金的

工程化应用，需要解决其钎焊连接问题。本研究采用

NiNbCoWCrAlSiMo（俄 ВПр24）镍基钎料对 DD26 镍

基单晶高温合金进行了钎焊试验。同时，因为叶片结构

较复杂，钎焊部位通常为铸造面且不规则，往往难以保

证均匀一致的装配间隙，导致产生不同间隙的钎焊。因

此，本研究选择了 0.05 mm 和 0.20 mm 两种间隙接头的

钎焊连接。

1　试验及方法

本试验用 DD26 镍基单晶高温合金的名义化学成分

见表 1，状态为固溶态。所用 NiNbCoWCrAlSiMo 镍基

钎料的名义化学成分见表 2，固相线温度约为 1194 ℃，

液相线温度约为 1210 ℃。

采用线切割方法将 DD26 镍基单晶高温合金加工

成尺寸为 25 mm×15 mm×3 mm 的片状试样，机械磨

光 15 mm×3 mm 的焊接面，将待焊接试样放入丙酮中，

进行超声波清洗。利用储能点焊机将 0.05 mm 和 0.20 
mm 的镍箔点焊在焊接面上，使用专用工装将两个单晶

合金焊接试样对接装配，获得不同间隙的预焊接片状接

头试样。在 0.05 mm 间隙的片状试样对接焊缝处涂覆

钎料粉末。对于 0.20 mm 间隙的片状试样，为了保证

表 1　DD26 镍基单晶高温合金名义化学成分（质量分数）

                                                     Table 1　Chemical composition of DD26 single crystal superalloy (mass fraction) %

Co W Cr Nb Al Mo Ti C Fe Si Mn B Ni

8~10 10.9~12.5 4.3~5.6 1.2~1.6 5.25~6.25 0.8~1.4 0.9~1.3 0.12~0.18 ≤1.0 ≤0.3 ≤0.3 ≤0.015 余量
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熔融钎料的填充效果，同时控制焊缝中低熔点化合物数

量，先在间隙中填充镍基单晶高温合金粉末，然后在对接

焊缝处涂覆钎料粉末，焊接过程中，熔化的钎料液体在毛

细效应的作用下，完成钎焊缝填充成形。将装配好的试

样放入真空炉中进行钎焊，钎焊温度 1225 ℃，保温时间

30 min。钎焊后部分接头进行焊后热处理，热处理工艺

为 1080 ℃ /2 h/AC→950 ℃ /4.5 h/AC→870 ℃ /24 h/AC。

采用线切割方法从接头试样上切取组织试样制

备金相，并进行拉伸和持久性能测试试样制备。利用

Nova Nano SEM 450 场发射扫描电子显微镜（SEM）及

X–Max50 能谱（EDS）系统分析接头的微观形貌和物相

成分。在室温、600 ℃、1000 ℃温度下测试接头的抗拉

强度。在 1000 ℃ /75 MPa 条件下测试接头的持久寿命，

寿命达到 40 h 后应力由 75 MPa 增至 100 MPa，接头断

裂，之后对典型试样的断口进行分析。

2　结果与讨论

2.1　钎焊接头的组织

图 1 所示为预置钎焊间隙为 0.05 mm 的接头组织，

焊缝致密完整，成形良好且未观察到焊接缺陷，经钎焊

过程的溶解与扩散后，焊缝实际宽度为 95~120 μm。接

头中观察到钎料向 DD26 母材中明显扩散的现象。由

局部放大后的焊缝形貌（图 1（b））可见，焊缝由灰色（微

区 1）和深灰色（微区 2）颗粒状物相，以及分布在它们

之间的块状白色（微区 3）和灰白色（微区 4）相构成，颗

粒状物相直径约 34 μm。表 3 给出了图 1（b）所示焊

缝中各微区化学成分能谱分析结果。分析推断灰色（微

区 1）和深灰色（微区 2）颗粒状物相为与 DD26 母材相

似的 γ+γ′ 双相组织 [11]，由于其中 γ′ 含量不同导致两个

微区衬度有所区别。类似地，刘纪德等 [12] 采用 Ni–Cr–B
钎料钎焊 DD98 单晶高温合金，在焊缝区获得了与母

材一致的 γ+γ′ 双相组织；李文文等 [8] 采用 Ni–Cr–Co–
（Pd，Ti，B）体系钎料进行 DD6 单晶高温合金钎焊时，

钎缝基体也形成了 γ+γ′ 双相组织。由于所用钎料均是

镍基钎料，且钎料中含有较多的 Al、Ti 等元素，这些元

素为 γ′ 相的形成元素和强化元素。因此，焊缝中容易形

成 γ+γ′ 双相组织。块状白色（微区 3）和灰白色（微区 4）
相分别为富 W 相和 Ni–Nb（Si）相。

对比图 1 中焊缝组织可见，经过焊后热处理，钎缝

中的物相尺寸和分布没有发生明显变化，这是因为元素

W、Nb 扩散速率较小，无法通过扩散改变富 W 相和 Ni–
Nb（Si）相的尺寸。但钎缝中 γ 固溶体颗粒状的 γ+γ′
双相组织（浅灰色颗粒）减少，焊态颗粒状物相为近圆

形，直径不大于 50 μm；经过焊后热处理，部分颗粒状物

相变为长圆形，其长径最大约 70 μm。

图 2 为预置钎焊间隙 0.20 mm 的接头组织，可见在

表 2　NiNbCoWCrAlSiMo 镍基钎料名义化学成分（质量分数）

Table 2　Chemical composition of NiNbCoWCrAlSiMo nickel-based 
                                filler metal (mass fraction) %

图 1　钎焊间隙为 0.05 mm 的接头组织

Fig.1　Joint microstructure corresponded to the brazing gap of 0.05 mm

表 3　图 1（b）中各微区化学成分能谱分析结果（质量分数）

                                                            Table 3　Chemical composition of microzones in Fig.1(b) (mass fraction) %

微区 Ni W Nb Cr Co Mo Al Ti Si 推断物相

1 60.7 10.1 3.7 8.8 11.6 — 5.1 — — γ+γ′ 相

2 74.0 7.6 5.2 3.1 — — 8.9 1.2 — γ+γ′ 相

3 18.7 47.6 14.4 4.4 4.7 6.9 0.9 0.5 1.9 富 W 相

4 47.1 — 27.9 1.2 7.6 — 0.8 0.9 9.9 Ni–Nb（Si）相

W Co Mo Al Cr Ti Si

8.5~9.5 8.5~9.5 1.6~2.0 4.0~5.0 6.0~7.0 0.3~0.9 2.5~3.0

Nb B C Pb+Sn+Sb+Bi O Ni

10.0~11.0 0.25~0.35 0.10~0.15 ≤0.5 ≤0.03 余量

500 μm 100 μm 500 μm 100 μm

3 4 1

2

（a）焊接态 （b）图1（a）焊缝局部放大 （c）焊后经历热处理态 （d）图1（c）焊缝局部放大
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间隙内填充高温合金粉末的钎焊工艺下，能够获得致密

完整的 DD26 单晶大间隙钎焊接头，经钎焊过程元素扩

散后，焊缝实际宽度约为 284 μm。与 0.05 mm 间隙钎

焊接头的焊缝组织类似，在颗粒状的 γ+γ′ 双相组织之间

分布有富 W 相和 Ni–Nb（Si）相（表 4）。但是由于颗

粒状的 γ+γ′ 双相组织是由填充的高温合金粉末与钎料

反应得到的，其尺寸约 100 μm，明显大于图 1 中的颗粒

状 γ+γ′ 双相组织，在焊后热处理过程中，元素发生一定

程度的扩散，颗粒状物相数量减少，分布也更分散。

2.2　钎焊接头力学性能

本文对比了经焊后热处理的接头在室温、600 ℃、

1000 ℃下的抗拉强度，得出间隙 0.20 mm 接头强度普

遍高于间隙 0.05 mm 接头强度。间隙 0.05 mm 和间隙

0.20 mm 接头在室温下的抗拉强度分别为 614 MPa 和

686 MPa，达到 DD26 单晶合金的 75.9% 和 84.8%； 600 
℃下两者抗拉强度分别为 535 MPa 和 682 MPa，达到

DD26 单晶合金的 60.9% 和 77.6%；1000 ℃下两者抗拉

强度分别为 466 MPa 和 479 MPa，达到 DD26 单晶合金

的 78.8% 和 81.0%。

图 3 展示了间隙 0.05 mm 接头室温拉伸后典型断

口形貌，可见断口较为平坦，表现为解理断裂特征。从

断裂位置看，接头断裂于焊缝中心区域，断裂路径表现

为沿颗粒状的 γ+γ′ 双相组织边缘断裂特征，部分区域贯

穿白色富 W 相断裂。图 4 所示为间隙 0.20 mm 接头室

温拉伸断口形貌，与图 3 相比，图 4 中断口形貌明显凹

凸不平，有少量韧窝特征，断裂位置同样位于焊缝中，但

断裂路径更加弯曲，沿颗粒状的 γ+γ′ 双相组织边缘断裂

特征明显。由于间隙 0.20 mm 接头中颗粒状的 γ+γ′ 双
相组织尺寸是间隙 0.05 mm 接头中颗粒状的 γ+γ′ 双相

组织尺寸的 3 倍左右，所以图 4 中断口形貌更加凹凸不

平。在外加应力的作用下，颗粒状的 γ+γ′ 双相组织边缘

容易产生应力集中，颗粒状物相之间存在的富 W 相和

Ni–Nb（Si）相进一步加剧了应力集中倾向，增加了裂

纹诱发程度，当裂纹形成并扩展到一定尺寸时，裂纹扩

展发生失稳，使接头断裂并失效。

图 5 给出了接头在 1000 ℃ /75 MPa 条件下的持久

表 4　图 2（b）中各微区化学成分能谱分析结果（质量分数）

                                                             Table 4　Chemical composition of microzones in Fig.2(b) (mass fraction) %

图 3　间隙 0.05 mm 接头室温拉伸断口形貌

Fig.3　Joint fracture surface corresponded to the brazing gap of 0.05 mm

微区 Ni W Nb Cr Co Mo Al Ti Si 推断物相

1 60.1 6.5 4.2 10.3 9.4 2.6 5.0 1.1 0.8 γ+γ′ 相

2 72.6 5.5 6.4 5.0 — — 8.0 2.6 — γ+γ′ 相

3 8.1 42.8 12.8 14.3 2.3 15.4 — 3.6 0.7 富 W 相

4 49.5 — 25.8 3.8 8.1 — 1.3 1.4 10.2 Ni–Nb（Si）相

1 mm 50 μm 500 μm 200 μm

（a）断口形貌 （b）断口形貌局部放大 （c）断裂路径 （d）断裂路径局部放大

500 μm 100 μm 500 μm 100 μm

4

3
2

1

（a）焊接态 （b）图2（a）焊缝局部放大 （c）焊后经历热处理态 （d）图2（c）焊缝局部放大

图 2　钎焊间隙为 0.20 mm 的接头组织

Fig.2　Joint microstructure corresponded to the brazing gap of 0.20 mm
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寿命。间隙 0.05 mm 接头的持久寿命普遍优于间隙 0.20 
mm 接头。对于间隙 0.05 mm 的接头，焊接态持久寿

命在 30.0~44.6 h 之间，热处理后持久寿命在 27.7~46.5 
h 之间。而间隙 0.20 mm 的接头，焊接态持久寿命在

11.0~17.5 h 之间，热处理后持久寿命在 16.5~22.7 h 之

间。焊后热处理对间隙 0.05 mm 的接头持久性能影响

不明显，间隙 0.20 mm 的接头持久性能在热处理后有所

提升。

3　结论

（1）采用 NiNbCoWCrAlSiMo 钎料在 1225 ℃ /30 
min 的条件下进行 DD26 镍基单晶高温合金的钎焊连

接，焊后接头冶金质量良好，无裂纹、孔洞等缺陷，接头

组织主要由 γ+γ′ 双相组织颗粒及分布在颗粒间的富 W

图 4　间隙 0.20 mm 接头室温拉伸断口形貌

Fig.4　Joint fracture surface corresponded to the brazing gap of 0.20 mm

相和 Ni–Nb（Si）相构成。

（2）间隙 0.20 mm 的接头在室温下的抗拉强度达

到 686 MPa，优于间隙 0.05 mm 的接头。0.05 mm 和 0.20 
mm 间隙接头 1000 ℃的抗拉强度相当，分别为 466 MPa
和 479 MPa。间隙 0.05 mm 接头持久寿命明显优于间

隙 0.20 mm 接头持久寿命。

（3）两种接头断裂路径均表现出裂纹沿颗粒状的

γ+γ′ 双相组织边缘扩展的断裂特征，存在于颗粒状的

γ+γ′ 双相组织之间的富 W 相和 Ni–Nb（Si）相增加了

颗粒状物相边缘的应力集中倾向，容易诱发裂纹。
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图 5　DD26 镍基单晶高温合金钎焊接头持久寿命

Fig.5　Creep rupture life of brazed DD26 single crystal 
superalloy joint
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飞机结构装配中存在大量紧固孔，由于应力集中，

紧固孔成为飞机结构主要的疲劳失效源头 [1]。为了提

高紧固孔疲劳寿命，国内外研发出了大量的紧固孔冷

挤压技术，常见的孔挤压强化工艺有球形芯棒挤压、芯

棒直接冷挤压和带衬套冷挤压 [2]。芯棒直接冷挤压原

理是将过盈芯棒强行穿过结构孔，达到冷挤压强化的目

的，但该工艺仅适合小干涉量情况，且挤压过程易引起

孔壁初始损伤和材料流动。为解决上述问题，工程中又

研发出了带衬套冷挤压工艺，即在芯棒和孔之间增加衬

套。根据结构型式不同，衬套又可分为开缝衬套和无缝

压合衬套 [3]。

20 世纪 80 年代初，美国疲劳技术公司（FTI）根据

一种新型压合衬套冷挤压工艺研究

王耀伟，闫五柱，梁淑静
（西北工业大学力学与土木建筑学院，西安 710129）

[ 摘要 ]　压合衬套冷挤压工艺是通过拉拔过盈芯棒穿过紧固孔将衬套安装至孔壁的一种冷强化方法。对压合衬套

冷挤压后残余应力分布不均匀现象进行研究，提出了一种新型压合衬套冷挤压方法。该方法通过在传统压合衬套内

侧添加带斜度的辅助衬套，从而在芯棒拉拔过程中可以沿孔轴向同步施加均匀干涉量。通过有限元仿真，得到该方

法在干涉量为 1.5%、1.8%、2.0%、2.3%、2.5% 时的残余应力分布，并与传统压合衬套冷挤压方法进行对比。研究结果

表明，该方法在孔端不会产生残余拉应力，且残余应力更加均匀，残余压应力区更深。与传统冷挤压工艺相比，新工

艺在干涉量为 2.5% 时疲劳寿命提高了 33%，且该增益随干涉量增加而增强。

关键词：紧固孔；冷挤压；残余应力；压合衬套；疲劳强化；有限元

A Novel Cold Expansion Technology With Forcemate Bushing

WANG Yaowei, YAN Wuzhu, LIANG Shujing
(School of Mechanics, Civil Engineering and Architecture, Northwestern Polytechnical University, Xi’an 710129, China)

[ABSTRACT]　Cold expansion technology with forcemate bushings is a coldworking method to install the forcemate 
bushing into the fastening hole by drawing the interference mandrel through the hole. A new cold expansion method with 
forcemate bushing is proposed to avoid the presence of non-uniform distribution of residual stress. The new method adds 
an auxiliary bushing with a slope on the inner side of the forcemamte bushing, and the slope of the bushing is the same as 
that of the mandrel, so that a uniform interference is applied along the axial direction of the hole. Through finite element 
simulations, the residual stress distribution obtained from the new method is compared with that of the traditional method 
on the expansion percentage of 1.5%, 1.8%, 2.0%, 2.3% and 2.5%. The results show that the new method avoids the 
generation of residual tensile stress around the hole, the residual stress is more uniform and the residual compressive stress 
area is larger than that of the traditional method. Compared with the traditional cold expansion technology, the fatigue life 
is increased by 33% when the expansion amount of cold expansion is 2.5%, and this advantage increases with the increase 
of the interference.
Keywords: Fastening hole; Cold expansion; Residual stress; Forcemate bushing; Fatigue enhancement; Finite element
DOI： 10.16080/j.issn1671-833x.2024.10.107

引文格式：王耀伟 , 闫五柱 , 梁淑静 . 一种新型压合衬套冷挤压工艺研究 [J]. 航空制造技术 , 2024, 67(10): 107–114.
WANG Yaowei, YAN Wuzhu, LIANG Shujing. A novel cold expansion technology with forcemate bushing[J]. Aeronautical 
Manufacturing Technology, 2024, 67(10): 107–114.
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冷挤压技术推出了 ForceMate 法 [4]，即压合衬套冷挤压

工艺 [5]。该工艺首先将压合衬套预安装在孔内，衬套靠

近挤出端的底面用鼻顶帽和前颚顶紧，防止衬套随芯棒

移动。芯棒和衬套之间加润滑剂以减少摩擦。挤压过

程中芯棒直接接触并穿过压合衬套，挤压后压合衬套留

在孔内，对孔壁形成支撑。

冷挤压工艺产生的疲劳增益是评定该技术好坏的

主要依据，而残余压应力的大小及分布是疲劳强化的关

键。许多学者通过试验和数值仿真研究冷挤压残余应

力分布，研究表明，数值仿真所得周向残余应力总体趋

势与试验结果吻合较好，尤其是转折点处 [6]，因此被用

来预测残余应力趋势 [7]。根据残余应力数据，可验证冷

挤压疲劳强化效果，张志贤等 [5] 通过局部应力 – 应变法

计算疲劳寿命；Liu 等 [8] 采用仿真和试验的方法研究了

孔边距对冷挤压残余应力的分布规律和疲劳寿命的影

响，并验证了 WB 模型和 SWT 模型预估疲劳寿命的准

确性。鉴于数值仿真的可靠性，已经被用于验证一些新

工艺的可行性 [9]。

传统冷挤压工艺在冷挤压后孔周周向残余压应力

沿厚度方向分布不均匀，挤入面和挤出面残余压应力

较小，甚至会出现残余拉应力，不利于疲劳寿命的提

高 [10–11]。针对该问题，Jang 等 [12] 研究了孔端倒角对残

余应力分布的影响；Chakherlou 等 [13] 提出用锥形栓和

锥形开缝衬套来获得均匀残余压应力，但以上方法所得

残余应力场不完全均匀。Maximov 等 [14] 将锥形衬套

分成 4 个扇形区，可获得相对均匀的残余压应力，但该

方法没有对套管施加轴向约束，残余应力分布也没有完

全均匀化，且该方法采用冲击的方法对芯棒施加强制位

移，难以精确控制干涉量。

为解决上述问题，提出了一种新型压合衬套冷挤压

安装工艺 [15]，并采用数值仿真方法研究其疲劳强化效

果。研究结果表明，该工艺可以有效消除孔挤入端和挤

出端的残余拉应力，使残余压应力沿工件厚度方向分布

趋于均匀。

1　有限元建模

为对比新工艺与传统压合衬套冷挤压工艺挤压后

的残余应力分布及疲劳增益，本文建立了 3 种压合衬套

冷挤压模型，包括本文所提出的新型压合衬套冷挤压模

型及作为对照组的两组传统压合衬套冷挤压模型。两

组传统冷挤压模型仅衬套型式不同，一组使用直通型压

合衬套；另一组使用法兰型压合衬套（图 1）。
新工艺在传统直通型压合衬套冷挤压法基础上，增

加一个辅助衬套，故称为双衬套压合衬套冷挤压法。辅

助衬套为法兰型，法兰部分搭在孔边挤入面上，在冷挤

压过程中起到止挡的作用。如图 2 所示，辅助衬套的受

挤压段带有一定斜度，靠近挤入面为薄端；靠近挤出面

为厚端，并包含多个开缝。

挤压芯棒整个工作段为带有一定斜度的锥形，且与

辅助衬套斜度相同，使得在拉拔芯棒过程中工件厚度方

向上能同步施加相同干涉量。该工艺挤压前首先将工件、

压合衬套、辅助衬套和芯棒装配完毕，鼻顶帽顶住压合衬

套的挤出端面，并与工件平齐。挤压时将芯棒由挤入面

向挤出面拉拔至预定的干涉量后，将芯棒反向推出，最

后拆卸辅助衬套，完成整个安装工艺流程（图 3[15]）。

冷挤压强化过程伴随强烈的非线性，而 ABAQUS
软件可以解决复杂的材料非线性及接触非线性问题，因

此本文选择 ABAQUS 软件建立冷挤压有限元模型 [16]。

本文以双衬套压合衬套冷挤压模型为例阐述建模流程，

图 1　两种压合衬套

Fig.1　Two types of bushings

图 2　辅助衬套

Fig.2　Auxiliary bushing

图 3　新型压合衬套冷挤压工艺结构件示意图 [15]

Fig.3　Schematic view of the structures of the novel cold expansion 
technology with forcemate bushing[15]

（a）直通型压合衬套 （b）法兰型压合衬套

（a）辅助衬套半对称模型 （b）辅助衬套全模型

芯
棒
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芯
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压合衬套 带斜度的辅助衬套
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该模型由含孔工件、压合衬套、辅助衬套和挤压芯棒组

成。含孔工件厚度为 10 mm，紧固孔孔径为 47 mm，孔

边倒角 0.8 mm，材料为 TC4，其材料参数如图 4 和表 1
所示。压合衬套及辅助衬套材料为 PH13–8Mo，其应力 –
应变曲线可参考文献 [7]。
1.1　网格划分

如图 5 所示，芯棒在挤压过程中几乎不发生变形，

可设为解析刚体，无须网格划分。其余部件采用 C3D8R
单元，为了保证计算精度，同时节约计算成本，在工件孔

周处加密网格。根据结构对称性，本文采用 1/4 对称模

型。

1.2　分析步与边界条件

模拟过程分为 3~4 个分析步，对应冷挤压阶段和远

场载荷阶段。在冷挤压阶段，工件受芯棒挤压而径向膨

胀，芯棒卸载后孔周材料由于弹塑性变形失配而产生残

余压应力。对于传统压合衬套冷挤压模型，将芯棒沿 Z
方向完全穿过紧固孔即完成冷挤压及卸载。双衬套压

合衬套冷挤压模型芯棒的位移与干涉量有关，芯棒拉伸

了预定位移后须将其反向推出完成卸载。远场载荷阶

段通过两个分析步分别施加最大载荷和最小载荷，应力

比为 0.1，其中最大载荷采用均布载荷（333.67 MPa）施

加在试件远端。

模拟过程中约束对称面法向位移；工件和压合衬套

底部约束 Z 方向位移；芯棒约束其他自由度使其仅可以

沿 Z 方向位移；辅助衬套不约束底部 Z 方向位移，是因

为计算后得知，辅助衬套不约束 Z 方向时挤压残余应力

更为均匀。

1.3　接触定义及工况

用模型的接触面法向定义硬接触；切向设置摩擦系

数；芯棒与衬套之间模拟添加二硫化钼润滑剂，定义摩

擦系数为 0.02；接触面设为有限滑动。紧固孔与衬套之

间切向摩擦系数一般为 0.1~0.2[17]，本文定义摩擦系数

为 0.15。
干涉量是冷挤压过程最重要的工艺参数。葛恩德

等 [18] 得出 TC4 材料最佳干涉量为 4%，且干涉量较低

时对残余压应力影响较大，当干涉量增加到一定程度

后，残余应力趋于稳定。为突出对比效果，本文中考虑

5 种较低的干涉量。如表 2 和 3 所示，传统压合衬套冷

挤压通过调整压合衬套内径来调整干涉量，双衬套压合

衬套冷挤压通过控制芯棒拉拔位移来调整干涉量使之

与传统工艺一致。传统压合衬套冷挤压干涉量 e1
[19] 和

双衬套压合衬套冷挤压干涉量 e2 为

书书书

ｅ１ ＝
�

ｄ０ ＋ ２δ － Ｄ０ �
Ｄ０

× １００％  （1）

书书书

ｅ２ ＝
２ × Ｌ × ｔａｎθ
Ｄ０  （2）

式中，d0 为芯棒工作直径；δ为衬套壁厚；D0 为初孔直径；

L 为带斜度芯棒位移长度；θ为强化棒锥面母线与中心

轴线之间的夹角。

2　计算结果与分析

本文拟分析孔边周向残余应力分布，并在此基础上

对比不同工艺的疲劳增益。为便于研究，选用两条由网

图 4　TC4 名义应力 – 应变曲线

Fig.4　Nominal stress–strain curve of  TC4

图 5　冷挤压有限元模型

Fig.5　Finite element model of cold expansion

（a）直通型压合衬套冷挤压模型 （b）法兰型压合衬套冷挤压模型 （c）双衬套压合衬套冷挤压模型

Z
Y X

Z
Y X

Z
Y X

表 1　工件、衬套及芯棒力学性能

Table 1　Mechanical properties of workpiece, bushing and mandrel

材料牌号 杨氏模量 /MPa 泊松比 屈服强度 /MPa

TC4 107000 0.31 830

PH13–8Mo 192000 0.28 1235
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（a）直通型压合衬套

（b）法兰型压合衬套

（c）双衬套压合衬套冷挤压周向残余应力 远场载荷下孔周应力 叠加后的应力

+ =F F F F

d

a

b

c

格节点构成的路径来提取残余应力。如图 6 所示，路径

1 由 c 到 d；路径 2 由 a 到 b。
2.1　周向残余应力分布

在远场载荷作用下，紧固孔附近存在应力集中现

象，冷挤压后产生的周向残余压应力可以改善该问题。

如图 7 所示，目前普遍认为冷挤压强化的原理是在远场

疲劳载荷作用下，原始孔处的孔边周向拉应力与冷挤压

产生的周向残余压应力叠加，从而降低孔周峰值应力和

平均应力，达到提高疲劳寿命的目的。

为对比不同工艺残余压应力区域大小，图 8 给出了

在柱坐标系下干涉量为 2.0% 时各工艺对应的应力云

图，残余应力大于 0 的部分（残余拉应力区域）用灰色显

示。可以看出，在干涉量相同时，新工艺残余压应力区

域更大，相应的残余拉应力区较小，对提高疲劳增益有

益。

图 9 为周向残余应力沿路径 1 的分布情况。如图

9（a）所示，对于同种冷挤压工艺，不同干涉量下残余压

应力分布规律相似，孔壁附近的残余压应力随着干涉量

增大而增大，在本文所选干涉量范围内，如果材料不被

破坏，增大干涉量对提高疲劳寿命有益，后文均以干涉

量为 2.0% 时的数据为例进行叙述。如图 9（b）所示，

新工艺产生的最大残余压应力低于传统压合衬套冷挤

压工艺产生的最大残余压应力，表明相对于传统工艺，

新工艺并非通过提高最大残余压应力来提高对孔结构

的疲劳增益。

冷挤压强化后沿路径 2 的残余压应力分布更为关

键。如图 10 所示，两组传统工艺产生的残余应力大小

及分布趋势接近，挤入面和挤出面存在残余拉应力；与

传统工艺相比，新工艺产生的残余压应力较小，但其残

余压应力分布更均匀，使得芯棒挤入端的残余拉应力向

压应力转变，从而提高抗疲劳性能。

2.2　接触压力对比

冷挤压后，压合衬套产生较大的塑形变形，而孔周

弹性变形部分发生回弹，从而孔壁和衬套之间形成接触

压力，即“支撑效应”[20]。“支撑效应”可以有效降低孔周

局部的交变应力幅值，从而提高紧固孔抗疲劳性能 [21]。

如图 11 所示，传统工艺产生的接触压力不均匀，孔壁中

芯棒工作半径 /
mm

衬套初始外径 /
mm

衬套初始内径 /
mm 干涉量 /%

20.87 23.5 20.5175 1.5

20.87 23.5 20.4470 1.8

20.87 23.5 20.4000 2.0

20.87 23.5 20.3295 2.3

20.87 23.5 20.2825 2.5

芯棒位移长度 /
mm

衬套初始外径 /
mm

芯棒工作段与
水平面夹角 /（°） 干涉量 /%

2.84274 23.5 82.93141 1.5

3.41129 23.5 82.93141 1.8

3.79032 23.5 82.93141 2.0

4.35887 23.5 82.93141 2.3

4.73790 23.5 82.93141 2.5

表 2　传统压合衬套冷挤压干涉量

Table 2　Expansion percentage of the traditional cold expansion

表 3　双衬套压合衬套冷挤压干涉量

Table 3　Expansion percentage of the novel cold expansion

图 6　残余应力提取路径示意图

Fig.6　Residual stress extraction diagram

图 7　冷挤压后孔边周向应力叠加示意图

Fig.7　Schematic diagram of circumferential stress superposition 
around the hole after cold expansion

图 8　不同工艺残余压应力区

Fig.8　Cold expansion residual compressive stress region of 
different processes
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（a）双衬套压合衬套冷挤压沿路径1的周向残余应力分布

（b）干涉量2.0%不同工艺沿路径1的周向残余应力分布
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间部位接触压力较大，而在挤入端和挤出端接触压力较

小。新工艺接触压力相对均匀，在靠近挤入端和挤出端

形成了较大的接触压力，弥补了传统工艺的不足。相同

干涉量下，双衬套压合衬套冷挤压接触压力较小，适用

于较小杨氏模量或较小厚度的衬套 [22]，以保证疲劳增

益。

2.3　工件内壁回弹对比

冷挤压后工件的回弹对残余应力分布产生了很大

的影响 [5]。图 12 为提取孔壁中部节点径向位移随时间

的变化曲线。冷挤压过程中，孔壁径向位移随着干涉量

的增加而增大。达到峰值后，在卸载过程中出现一定回

弹，芯棒拔出后，回弹量趋于稳定。冷挤压强化后，孔壁

表层阻止了孔周产生的回弹，形成残余压应力。因此，

理论上干涉量相同时，孔壁的回弹量越小，残余压应力

越大。如图 13 所示，传统工艺中直通型压合衬套冷挤

压回弹量较大，其强化效果较差，仅比较回弹量，新工艺

未优于法兰型压合衬套冷挤压。

2.4　拉拔力对比

冷挤压过程中压合衬套安装阻力过大会导致安装

困难。提取了冷挤压过程的芯棒拉拔力，根据静力平衡

图 9　沿路径 1 的周向残余应力分布

Fig.9　Residual hoop stress distribution along path 1

图 10　沿路径 2 的周向残余应力分布

Fig.10　Residual hoop stress distribution along path 2

图 11　不同工艺 2.0% 干涉量时的接触压力

Fig.11　Contact pressure at 2.0% interference of different processes

图 12　工件内壁径向位移 – 时间图

Fig.12　Radial displacement–time diagram of inner wall of 
sample plate
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（a）直通型压合衬套冷挤压

（b）法兰型压合衬套冷挤压

（c）双衬套压合衬套冷挤压
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条件，提取工件及压合衬套底部节点在 Z 方向的约束反

力并求和，得到 1/4 模型对应的拉拔力，再根据对称性

处理后得出全模型的拉拔力。如图 14 所示，不同干涉

量下的峰值拉拔力随干涉量增加而增加。可以看出，双

衬套压合衬套冷挤压拉拔力远高于压合衬套冷挤压，因

此该工艺投入使用时对拉枪吨位和芯棒强度要求较高。

3　疲劳寿命预测

由于孔周应力集中现象，疲劳损伤一般起源于孔

边 [23]，且疲劳裂纹一般沿着与最大主应力垂直的方向

扩展，因此可通过最大主应力的分布来确定危险点。如

图 15 所示，在远场载荷作用下，传统压合衬套冷挤压模

型危险点位于挤入面附近，该结论与其他学者研究结果

一致 [24]。双衬套压合衬套冷挤压模型危险点位于挤出

面。

为计算不同模型疲劳强化效果，本文提取了远场载

荷后危险点的应力作为复合应力谱。疲劳寿命计算方

法选用基于临界平面法的多轴疲劳失效准则。

SWT 损伤参数由 Smith 等 [25] 提出，仅适用于单轴

拉 / 压疲劳寿命 [26]。

书书书

σｍａｘεａ ＝
σ′２ｆ
Ｅ �

２Ｎｆ�
２ｂ＋ σ′ｆ ε′ｆ �２Ｎｆ�

ｂ ＋ ｃ  （3）

式中，σmax 为最大法向应力；εa 为法向应变范围；E 为弹

性模量；ε′f 和 c 为疲劳延性系数和指数；σ′f 和 b 分别为

疲劳强度系数和指数；Nf 为疲劳寿命。

SWT 参数修正后可以预测含 I 型裂纹构件多轴比

例加载和非比例加载下的寿命计算 [26]，其中 Socie[27] 提

出的参数应用较广。

书书书

Δεｍａｘ
２ σｎ． ｍａｘ ＝

�σｆ�
２

Ｅ �

２Ｎｆ�
２ｂ ＋ εｆσｆ�２Ｎｆ�

ｂ ＋ ｃ  （4）

式中，σf 和 εf 分别为疲劳强度系数和疲劳延性系数（分

别可简化为静拉伸断裂时的真应力和真应变）；Δεmax 为

临界面上的正应变范围；σn.max 为最大法向应力。

除 SWT 参数外，Wang 和 Brown[28] 提出 WB 模型，

该模型考虑剪应变及平均应力对疲劳性能的影响。

书书书

Δνｍａｘ
２ ＋ Ｓ

Δεｎ
２ ＝ Ａ

σｆ － ２σｎ． ｍｅａｎ
Ｅ �

２Ｎｆ�
ｂ ＋ Ｂεｆ�２Ｎｆ�

ｃ  

A=(1+μc)+(1–μc)S （5）
B=(1+μP)+(1–μP)S 

式中，S 为材料的拉伸疲劳数据与扭转疲劳数据拟合得

到的材料参数；μc 为泊松比；μp 为塑性泊松比；Δνmax 为

临界面上剪应变范围；Δεn 为临界面上法向应变范围；

σn.mean 为临界平面上平均法向应力。各参数数值大小如

表 4 所示 [29]。

如图 16 所示，根据 WB 模型得出各模型相对寿命。

对比可知，低干涉量时法兰型压合衬套冷挤压效果最

佳；干涉量高于 1.8% 但低于 2.3% 时，双衬套压合衬套

图 13　不同干涉量下工件内壁回弹量

Fig.13　Springback of inner wall of workpiece under different 
interference

图 14　峰值拉拔力随干涉量的变化

Fig.14　Variation of peak drawing force with interference
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图 15　施加载荷后最大主应力分布

Fig.15　Maximum principal stress distribution after loading
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冷挤压效果明显提高，此时双衬套压合衬套冷挤压效果

与法兰型压合衬套冷挤压效果接近；当干涉量为 2.5%
时，双衬套压合衬套冷挤压较法兰型压合衬套冷挤压疲

劳寿命提高 33%。由此可知，双衬套压合衬套冷挤压工

艺更适合于大干涉量冷挤压。

4　结论

（1）相比于传统压合衬套冷挤压工艺，双衬套压合

衬套冷挤压后残余压应力区域更大，可以有效改善孔周

应力集中问题。

（2）双衬套压合衬套冷挤压工艺可以避免传统压

合衬套冷挤压易产生的残余拉应力，并使残余压应力沿

孔轴向的分布更加均匀。

（3）相比于传统压合衬套冷挤压工艺，双衬套压合

衬套冷挤压工艺挤压时衬套两端接触应力较大，接触压

力沿工件厚度方向更均匀，“支撑效应”表现更佳。且

双衬套冷挤压可有效保护孔壁，施加更大的干涉量。

（4）双衬套压合衬套冷挤压工件产生的回弹量低于

直通型压合衬套冷挤压，略高于法兰型压合衬套冷挤压。

（5）两组传统压合衬套冷挤压中，使用法兰型压合

衬套的疲劳强化效果优于直通型压合衬套。当干涉量

高于 2.0% 时，双衬套压合衬套冷挤压优于法兰型压合

衬套冷挤压，且干涉量越大，双衬套压合衬套冷挤压工

艺的优势越大。
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电弧增材制造纳米TiC 颗粒增强铝基复合材料

组织与性能研究*

吕奇钊1，周祥曼1，罗 彬1，李 波1，吴海华1，张海鸥2

（1. 三峡大学机械与动力学院，宜昌 443002；
 2. 华中科技大学机械科学与工程学院，武汉 430074）

[ 摘要 ] 在金属材料中引入第二相粒子是提高金属材料力学性能的重要手段之一。本文提出一种 Al6061 铝箔包

裹 TiC 和 Al6061 的混合粉末形成一种特殊填料焊丝的 TiC/Al6061 复合材料电弧增材制造的新方法，并分别研究质

量分数为 1%、2% 和 3% 的 TiC 颗粒对制备的铝基复合材料组织与性能的影响。结果表明， TiC 质量分数为 3% 的

复合材料与基体材料相比，试样的平均晶粒尺寸由 45.5 μm 减小到 25.3 μm，细化了 44.4%；抗拉强度和屈服强度由

148.5 MPa 和 118.0 MPa 提升到 178.1 MPa 和 157.3 MPa，分别提升了 19.9% 和 33.3%；平均显微硬度由 50.5HV 增加至

65.2HV，提升了 29.1%。理论结合及试验分析表明，TiC 的载荷传递强化和晶粒细化以及 Orowan 强化机制，是材料

力学性能提高的主要原因。

关键词： 电弧增材制造；铝基复合材料（AMCs）；TiC；微观组织；力学性能

Study on Microstructure and Properties of Wire Arc Additive Manufactured Aluminum Matrix 
Composites Reinforced by Nano-TiC Particles

LÜ Qizhao1, ZHOU Xiangman1, LUO Bin1, LI Bo1, WU Haihua1, ZHANG Haiou2

(1. College of Mechanical & Power Engineering of Three Gorges University, Yichang 443002, China;
2. School of Mechanical Science & Engineering of Huazhong University of Seience and Technology, 

Wuhan 430074, China)

[ABSTRACT] Introducing the second phase particles into metal materials is one of the important means to improve the 
mechanical properties of metal materials. In this paper, a new arc additive manufacturing method of TiC/Al6061 composite 
material coated with TiC reinforced particles in aluminum foil to form a special filler welding wire is presented. The effects 
of 1%, 2% and 3% TiC reinforced particles on the microstructure and properties of aluminum matrix composites were 
investigated. The results show that: Compared with the matrix material, the average grain size of the composite material 
with TiC mass fraction of 3% decreased from 45.5 μm to 25.3 μm, and the tensile strength and yield strength increased from 
148.5 MPa and 118.0 MPa to 178.1 MPa and 157.3 MPa, which increased by 19.9% and 33.3%, respectively. The average 
microhardness increased from 50.5HV to 65.2HV, which increased by 29.1%. The results show that the load transfer 
strengthening and grain refinement of TiC and Orowan strengthening mechanism are the main reasons for the improvement 
of mechanical properties of the materials.
Keywords: Wire arc additive manufacturing; Aluminum matrix composites (AMCs); TiC; Microstructure; Mechanical property
DOI: 10.16080/j.issn1671-833x.2024.10.115
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铝合金密度低、塑性好，具有良好的导热性、导电

性和耐腐性 [1]，是航空航天 [2–3]、交通运输 [4–6]、海洋船

舶 [7] 及其他装备制造行业 [8–9] 的关键基础材料。尤其

在航空航天领域，飞机的铝合金使用量达到 70%[10]。随

着装备性能的不断提升，传统铝合金已经达到了强度

极限，很难再有突破性的发展，因此对高强度铝合金的

需求更加迫切。铝基复合材料 （Aluminum based matrix 
composites，AMCs）可以将铝合金基体和硬质增强颗粒

结合 [11]，使得铝合金的强韧性进一步提高。

目前，铝合金制件的成形制造主要以工艺流程复杂

且依赖模具的铸造、锻造、挤压等传统技术为主。随着

装备性能的发展，传统技术不仅难以满足复杂结构整体

成形的要求，更难以满足随装备设计变化所需快速响应

的短流程制造需求。增材制造技术是根据三维模型直接

成形的生产制造技术，可以快速近净成形复杂构件。近

年来，增材制造技术 [12–15] 开始广泛应用于金属构件的制

造，采用材料逐渐累加的方式直接、短流程 [16] 地制造零

件，使各种复杂结构的轻量化设计到整体制造成为可

能。目前，金属增材制造根据热源的不同，可以分为激

光增材制造、电子束增材制造和电弧增材制造 （Wire arc 
additive manufacturing，WAAM）。电弧增材制造相比于

其他两种金属增材制造技术，具有设备简单、能量利用

率高、对环境要求低和可制造大型零件 [13，17] 的优势，开

始广泛应用在铝合金材料以及铝基复合材料制备领域。

Cong 等 [18] 采用超声波脉冲变极性 TIG 制备了 2024 铝

合金薄壁结构，发现超声频率脉冲电弧可以提高试样的

垂直拉伸性能，改善性能的各向同性。此外，Fu 等 [19]

使用电弧增材制造技术制备了 TiC/AA7075 复合材料，

结果表明，TiC 纳米颗粒的加入提高了铝合金的动态力

学性能。Sun 等 [20] 使用直接送粉法和送丝复合电弧增

材制造了添加 B4C、SiC、TiC 和 WC/W2C 颗粒的铝基复

合材料，结果表明，陶瓷颗粒的加入可以提高复合材料

的硬度和耐磨性。但是，直接制作复合焊丝成本过高，

且制作焊丝需要将增强粉末加入熔融状态的金属，持续

的高温会破坏增强颗粒的结构；直接送粉法会影响电弧

稳定性，影响成形质量，且粉末材料的利用率较低。

本文提出了一种普通焊丝和特殊填料焊丝同时送

进的 TiC/Al6061 复合材料电弧增材制造的新方法。基

于 TiC 颗粒合适的比重 [20]、润湿性好 [21] 和强金属性 [22]

等优点，通过使用 Al6061 铝箔包裹 TiC 和 Al6061 混合

粉末制备特殊填料焊丝的方法，快速、方便地将 TiC 颗

粒引入基体材料，并开发了相关的送填料焊丝设备，制

备了 TiC 质量分数不同的 TiC/Al6061 复合材料，详细

对比分析不同质量分数的 TiC 对 TiC/Al6061 复合材料

微观组织、物相成分和力学性能的影响规律和机理。

1 试验装置及材料制备方法

1.1 复合材料制备的试验装置

本文使用电弧增材 TiC/Al6061 复合材料制备装置

及成型过程如图 1 所示。焊接电源为逆变式交直流脉

冲氩弧焊机，运动控制装置为三轴数控平台，采用普通

焊丝和特殊填料焊丝同时送进的方法制备 TiC/Al6061
复合材料。

1.2 增强粉末和填料焊丝的制备

本文采用的是普通焊丝和特殊填料焊丝同时送进

的方法，其中特殊填料焊丝采用 Al6061 铝箔包裹 TiC 和

Al6061 的混合粉末。因此，要制备不同 TiC 质量分数的

TiC/Al6061 复合材料，需要计算 TiC 颗粒的质量分数，即

C
T C

TiC

TiC

i
�

� � �
m

m m m m焊丝 铝粉 铝箱

 （1）

式中，CTiC 为 TiC 颗粒的质量分数，mTiC、m 焊丝、m 铝粉和

m 铝箔 分别为 TiC 粉末、焊丝、铝粉和铝箔的质量。

第 1 步，计算使用的焊丝质量，即

m 焊丝 = ρπR2FS （2）
式中，ρ为焊丝密度；R 为焊丝半径；F 为送丝速度；S 为

送丝时间。

第 2 步，据式 （1）和 （2），以及复合材料中 TiC 的质

量分数，计算需要加入的 TiC 颗粒的质量，然后量取 TiC
颗粒。本文所使用的 TiC 颗粒尺寸为 800 nm。将量取

的 TiC 颗粒和 Al6061 粉末混合，制备 TiC 和 Al6061 混

合增强粉末，制备流程如图 2 所示。

具体流程如下：先将 TiC 分散在无水乙醇溶液中 
（TiC 和无水乙醇的质量比为 1∶200），经过 12 h 的超

声振荡后使其充分分散和均匀混合；然后将一定量的

铝粉加入 TiC–无水乙醇悬浊液中，经过 12 h 的超声振

荡后，在加热磁力搅拌下处理至混合溶液为糊状，再经

过 80 ℃的真空干燥 6 h，得到混合粉末；为了进一步增

加 TiC 的分散均匀性，最后使用真空球磨对混合粉末

进行处理。球料质量比为 3∶1，转速为 250 r/min，采用

图 1 TiC/Al6061 复合材料电弧增材制造装置及成型方法

Fig.1 TiC/Al6061 composite material arc additive manufacturing 
device and molding method
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分段球磨法球磨 3 h。3 种不同 TiC 质量分数的 TiC 和

Al6061 混合增强粉末的 SEM 照片如图 3 所示。

第 3 步，制作填料焊丝。将相应重量的 TiC 和 Al6061
混合粉末均匀地包裹在铝箔之中。在填料焊丝制作完

成后对其进行压紧操作排除内部空气，使其变为矩形截

面的填料焊丝 （图 4）。为防止制作过程中填料焊丝表

面粘附杂质，使用无水乙醇擦拭表面并在恒温烘干箱内

烘干。

2 结果与讨论

本文所用的焊接电流为 180~160 A，随着焊接层

数的增加电流逐渐降低；焊接速度 4 mm/s、送焊丝速度

240 mm/min、送自制焊丝速度 240 mm/min。
2.1 试样切取位置

通过图 1 的装置制备如图 5 所示的堆积试样，每种

组分分别堆积 3 个试样，并在图 5 所示的位置取样分别

制备拉伸试样、金相组织、显微硬度和物相观测试样，其

中每个堆积试样切取 3 个拉伸试样。根据 GB/T228.1—
2010 切取拉伸试样，拉伸试样的尺寸如图 6 所示。

2.2 物相分析

为了探究不同质量分数的 TiC 颗粒对电弧增材制造

TiC/Al6061 复合材料试样析出相的影响，利用 X 射线衍

射仪对试样进行物相分析，分析结果如图 7 所示。可以

看出，随着 TiC 颗粒的加入，检测到了 TiC 的衍射峰，随

着 TiC 质量分数的逐渐增加，TiC 的衍射峰逐渐变强，可

知 TiC 颗粒未被完全分解，并且作为异质形核使晶粒细

化。从图 7（b ）、（c）和（ d）中可以看出，随着 TiC 颗粒

的逐渐增多，Si 的衍射峰变弱。如图 7（c）所示，当 TiC
的质量分数为 2% 时，Si 的衍射峰强度最低，这是因为在

电弧增材制造铝基复合材料过程中 Si 发生了固溶 [23]，同

时 Si 元素和部分 TiC 在界面上发生化学反应，生成 Ti–
Si 化合物 [24–25]，使得 Si 的衍射峰强度减弱。此外，随着

TiC 颗粒的加入，物相中检测到了 Al4C3，这是部分被分

图 2 增强粉末制备流程

Fig.2 Reinforced powder preparation process
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图 3 不同 TiC 质量分数的 TiC 和 Al6061 混合增强粉末

Fig.3 Mixed TiC and Al6061 reinforced powders with different TiC 
mass fractions
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图 4 填料焊丝示意图

Fig.4 Schematic diagram of filler wire
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解的 TiC 产生了游离的 C，C 和 Al 基体发生界面反应，

生成的硬脆相 [26–28]。

2.3 微观组织

图 8 为未添加 TiC 颗粒和添加 TiC 颗粒的样品沿

沉积方向的截面微观组织和晶粒尺寸统计图。晶粒尺

寸使用复旦大学开发的 Nano Measurer 软件进行统计。

通过对比可以发现，未添加 TiC 颗粒的试样中，晶粒主

要为柱状晶粒和粗等轴晶。其中，柱状晶有明显的方向

性；添加 TiC 颗粒后，晶粒由柱状晶和粗等轴晶向细等

轴晶转变，晶粒的平均尺寸减小；当 TiC 质量分数为 3%
时，和未添加 TiC 颗粒相比，晶粒全部转变为细等轴晶，

晶粒尺寸由 45.5 μm 细化至 25.3 μm，均晶粒尺寸缩小了

44.4%。这是因为TiC颗粒可以充当非自发形核的核心 [29]，

在凝固过程中，形成异质形核使晶粒细化。随着 TiC 质

量分数的增加，提供给铝熔体的异质形核点增加，晶粒细

化越明显。此外，随着 TiC 质量分数的逐渐增加，晶粒的

生长方向从沿堆积方向生长逐渐变为无序生长。这表明，

TiC 颗粒的加入使得晶粒生长方向区趋于随机。

图 9 为添加不同质量分数 TiC 颗粒的 SEM 图。可

以看出，随着 TiC 质量分数的增加，越来越多的 TiC 颗

粒分布于晶界。这些 TiC 颗粒在晶粒长大的过程中被

推到凝固前沿，并阻碍了晶粒的生长 [30]。

图 10 为 TiC 质量分数 3% 的 TiC/Al6061 复合材料

试样 EDS 各元素总谱图。可以看出，EDS 图谱中检测

到了Ti和C，证明了晶界处的颗粒为TiCx 相
[31]，根据 2.2

节的物相分析，推测其可能为 TiC。

2.4 力学性能

图 11 为不同 TiC 质量分数的 TiC/Al6061 复合材料

试样的拉伸性能，可以看出，随着 TiC 质量分数的增加，

抗拉强度和屈服强度逐渐增加，延伸率则呈现下降趋势。

当 TiC 质量分数增加到 3% 时，试样的抗拉强度和屈服强

度达到最大值，分别为 178.1 MPa 和 157.3 MPa，相比沉积

图 7 不同 TiC 质量分数的 TiC/Al6061 复合材料试样的 XRD 图谱

 Fig.7 XRD patterns of TiC/Al6061 composite specimens with 
different TiC mass fractions
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态分别提升 19.9% 和 33.3%，延伸率降低了 13.3%。说明

TiC颗粒的加入提高了复合材料的强度，但是降低了塑性。

图 12（a）为不同 TiC 质量分数的 TiC/Al6061 复合

材料试样的显微硬度分布图，图 12（b）为添加不同质

量分数 TiC 颗的 TiC/Al6061 复合材料试样平均硬度分

布图。从图 12（b）中可以看出，随着 TiC 质量分数的

增加，试样的硬度呈现逐渐上升的趋势。当 TiC 质量分

数 3% 时，试样的硬度最高，分布区间为 60 HV~ 70HV，

平均显微硬度增加至 65.2HV，相比沉积态，平均硬度提

升了 29.1%。

图 8 不同 TiC 质量分数的 TiC/Al6061 复合材料试样的金相组织及晶粒尺寸统计图

Fig.8 Metallographic microstructure and statistical graphs of grain size of TiC/Al6061 composite specimens with different TiC mass fractions
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图 9 不同 TiC 质量分数的 TiC/Al6061 复合材料试样的 SEM 图

Fig.9 SEM images of TiC/Al6061 composite specimens with different TiC mass fractions
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Fig.10 EDS total spectrum of each element of TiC/Al6061 composite specimen with TiC mass fraction of 3%
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表明得出的复合材料的塑性随 TiC 质量分数的增加而

降低 [23，32]，可以看出，断裂方式都表现为有韧窝的塑性

断裂。

由上文分析可知，TiC 颗粒的添加使得复合材料强

度提升，主要原因： （1）TiC 颗粒的添加使复合材料晶

粒尺寸减小，根据 Hall-Petch 理论 [33]，晶粒的细化也可

以提高强度和硬度； （2）根据 Orowan 机制 [34]，外部载

荷作用下，第二相的 TiC 颗粒阻碍运动中的位错继续运

动，从而提高复合材料的强度； （3）TiC 颗粒的强度比

Al 基体的高，在受到外部载荷时，TiC 颗粒可以承载并

传递一部分载荷，从而对铝合金起到直接强化 [35–38] 的

效果； （4）由于 TiC 颗粒和 Al 基体的热膨胀系数不同，

在铝合金电弧增材制造的熔池形成和凝固过程中，两者

的冷却收缩程度不同，产生热应力，使 TiC 颗粒和基体

中的位错密度提高，从而起到间接强化效果 [15，39] 。同

时，由于复杂的界面反应，部分 TiC 颗粒在熔池冶金过

程中分解，与合金基体发生界面反应，生成了脆硬相 Ti–

图 11 不同 TiC 质量分数的 TiC/Al6061 复合材料试样的拉伸性能

Fig.11 Tensile properties of TiC/Al6061 composite specimens with 
different TiC mass fractions
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图 12 不同 TiC 质量分数的 TiC/Al6061 复合材料试样硬度

Fig.12 Hardness of TiC/Al6061 composite specimens with different TiC mass fractions
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图 13 不同 TiC 质量分数的 TiC/Al6061 复合材料试样的断口显微形貌

Fig.13 Fracture microscopic morphology of TiC/Al6061 composite specimens with different TiC mass fractions

（d）3%

TiC

100 μm

100 μm

（c）2%

TiC

100 μm

100 μm

（b）1%

TiC

100 μm

100 μm

（a）0%

100 μm

100 μm

图 13 为不同 TiC 质量分数的 TiC/Al6061 复合材

料试样的拉伸断口形貌。可以看出，随着 TiC 质量分数

的增加，韧窝的大小趋于稳定。但韧窝变浅且数量增多，
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Si 化合物和 Al4C3，使得复合材料硬度增加，但增强相与

金属基体之间结合减弱，从而降低理论的增强效果及材

料的塑性。

3 结论

本文研究了不同质量分数的 TiC 对电弧增材制造

铝基复合材料组织与性能的影响，从微观组织、力学性

能等方面展开分析，得出以下结论。

（1）添加 TiC 颗粒有助于细化晶粒，改变晶粒生长

方向。随着 TiC 质量分数的增加，试样的平均晶粒尺寸

由 45.5 μm 细化为 25.3 μm，细化了 44.4% ；晶粒种类由

柱状晶向细等轴晶转变，且组织更加均匀。

（2）随着 TiC 质量分数的增加，试样的抗拉强度和屈

服强度都有较为明显的提升，最高抗拉强度提升至 178.1 
MPa，屈服强度为 157.3 MPa，分别提升了 19.9% 和 33.3%，

延伸率下降；硬度由 50.5HV 提升至 65.2HV，提升了 29.1%。

（3）本文为电弧增材制造技术制备复合材料提供

了新思路新方法，为后续的研究奠定了基础。

参  考  文  献

[1] WU B T, PAN Z X, DING D H, et al. A review of the wire 
arc additive manufacturing of metals: Properties, defects and quality 
improvement[J]. Journal of Manufacturing Processes, 2018, 35: 127–139.

[2] AAMIR M, GIASIN K, TOLOUEI-RAD M, et al. A review: 
Drilling performance and hole quality of aluminium alloys for aerospace 
applications[J]. Journal of Materials Research and Technology, 2020, 
9(6): 12484–12500.

[3] 李雪伍, 王红星, 石甜, 等. 航空用超疏水7075 铝合金的高效

可控制备及防腐机理[J]. 稀有金属材料与工程, 2022, 51(1): 6–10.
LI Xuewu, WANG Hongxing, SHI Tian, et al. Efficient preparation 

and anticorrosion mechanism of superhydrophobic 7075 aviation 
aluminum alloy[J]. Rare Metal Materials and Engineering, 2022, 51(1): 6–10.

[4] NARHARI TEKALE S, DOLAS D R. Study of fabrication 
methods and various reinforcements with aluminium for automotive 
application—A review[J]. Materials Today: Proceedings, 2022, 62: 
2768–2773.

[5] HIRSCH J. Recent development in aluminium for automotive 
applications[J]. Transactions of Nonferrous Metals Society of China, 
2014, 24(7): 1995–2002.

[6] GUAN W Y, GAO G J, LI J, et al. Crushing analysis and multi-
objective optimization of a cutting aluminium tube absorber for railway 
vehicles under quasi-static loading[J]. Thin-Walled Structures, 2018, 123: 
395–408.

[7] HOSSEINABADI O F, KHEDMATI M R. A review on 
ultimate strength of aluminium structural elements and systems for 
marine applications[J]. Ocean Engineering, 2021, 232: 109153.

[8] LUO X J, REN C H, WU J S, et al. Experimental and 
computational insights into self-assembly sodium oleate on anodized 
aluminum interface in electric field[J]. Corrosion Science, 2022, 203: 110334.

[9] AZARNIYA A, TAHERI A K, TAHERI K K. Recent advances in 
ageing of 7xxx series aluminum alloys: A physical metallurgy perspective[J]. 

Journal of Alloys and Compounds, 2019, 781: 945–983.
[10] 尤芳怡, 钟明杰, 刘建春, 等. 铝合金磨削加工的研究综述

[J]. 航空制造技术, 2022, 65(23/24): 133–141.
YOU Fangyi, ZHONG Mingjie, LIU Jianchun, et al. Review of 

research on grinding of aluminum alloy[J]. Aeronautical Manufacturing 
Technology, 2022, 65(23/24): 133–141.

[11] MONDAL S, MONDAL P, MISHRA D P. Research progress 
on ceramic nanomaterials reinforced aluminum matrix nanocomposites[J]. 
Materials Science and Technology, 2023, 39(15): 1841–1857. 

[12] ARMSTRONG M, MEHRABI H, NAVEED N. An overview 
of modern metal additive manufacturing technology[J]. Journal of 
Manufacturing Processes, 2022, 84: 1001–1029.

[13] KUMAR SINHA A, PRAMANIK S, YAGATI K P. Research 
progress in arc based additive manufacturing of aluminium alloys—A 
review[J]. Measurement, 2022, 200: 111672.

[14] LAVA KUMAR P, LOMBARDI A, BYCZYNSKI G, et 
al. Recent advances in aluminium matrix composites reinforced with 
graphene-based nanomaterial: A critical review[J]. Progress in Materials 
Science, 2022, 128: 100948.

[15] VYAVAHARE S, MAHESH V, MAHESH V, et al. Additively 
manufactured meta-biomaterials: A state-of-the-art review[J]. Composite 
Structures, 2023, 305: 116491.

[16] AL-RASHID A, KHAN S A, AL-GHAMDI S G, et al. Additive 
manufacturing: Technology, applications, markets, and opportunities for the 
built environment[J]. Automation in Construction, 2020, 118: 103268.

[17] BARTSCH H, KÜHNE R, CITARELLI S, et al. Fatigue 
analysis of wire arc additive manufactured (3D printed) components with 
unmilled surface[J]. Structures, 2021, 31: 576–589.

[18] CONG B, CAI X Y, QI Z, et al. The effects of ultrasonic 
frequency pulsed arc on wire + arc additively manufactured high strength 
aluminum alloys[J]. Additive Manufacturing , 2022: 102617.

[19] FU R, DUAN S Y, MA Y L, et al. Dynamic mechanical 
properties of nanoparticle-enhanced aluminum alloys fabricated by arc-
directed energy deposition[J]. Journal of Alloys and Compounds, 2023, 
952: 169997.

[20] SUN J X, YU H S, ZENG D X, et al. Wire-powder-arc 
additive manufacturing: A viable strategy to fabricate carbide ceramic/
aluminum alloy multi-material structures[J]. Additive Manufacturing, 
2022, 51: 102637.

[21] PANDEY U, PUROHIT R, AGARWAL P, et al. Effect of TiC 
particles on the mechanical properties of aluminium alloy metal matrix 
composites (MMCs)[J]. Materials Today: Proceedings, 2017, 4(4): 5452–
5460.

[22] KARANTZALIS A E, LEKATOU A, GEORGATIS E, 
et al. Solidification behaviour of ceramic particle reinforced Al-alloy 
matrices[J]. Journal of Materials Science, 2010, 45(8): 2165–2173.

[23] 宗意勋. GNP–Ni/Cu 复合材料的界面调控与强化机理研究

[D]. 西安: 西安理工大学, 2021.
ZONG Yixun. Strengthening mechanism and interface control of 

GNP–Ni/Cu composite[D]. Xi’an: Xi’an University of Technology, 2021.
[24] 叶想平, 李英雷, 翁继东, 等. 颗粒增强金属基复合材料的

强化机理研究现状[J]. 材料工程, 2018, 46(12): 28–37.
YE Xiangping, LI Yinglei, WENG Jidong, et al. Research status on 

strengthening mechanism of particle-reinforced metal matrix composites[J]. 
Journal of Materials Engineering, 2018, 46(12): 28–37.

（下转第 130 页）



122 航空制造技术·2024年第67卷第10期

研究论文 RESEARCH

含孔纤维增强镁合金层合板制备和拉伸时渐进损伤

模式研究*

林中照1， 盛冬发1 ，方雨汀1 ，刘 琳2 ，李忠君1

（1. 西南林业大学土木工程学院，昆明 650224；
2. 南京新核复合材料有限公司，南京 211200）

[ 摘要 ] 通过试验和数值模拟仿真的方法研究了玻璃纤维 / 环氧树脂增强镁合金层合板在不同孔径影响下的损伤

演化和最终损伤模式，利用扫描电子显微镜分析了试件断口微观损伤模式。同时改进了纤维增强镁合金层合板的制

备流程。结果表明，通过对 AZ31 镁合金层板进行表面处理能够有效减少分层效应，试件抗拉强度为 347.62 MPa，相
较于未处理过的试件提升了 11.33%，微观层间结合形貌更为紧密、均匀。随着孔径的增大，试件拉伸剩余强度逐渐

降低。纤维增强镁合金层合板在渐进损伤失效过程中，呈现从“X 形状”逐渐向“漏斗形状”扩展。层合板失效模式

为金属层韧脆性断裂、纤维层拉伸断裂和层间分层为主的复杂混合失效模式。试验和有限元数值仿真结果吻合较好，

验证了数值仿真模型的有效性，能够为工程实际上的应用提供参考。

关键词： 纤维金属层合板；失效准则；数值模拟；孔径；剩余强度；渐进损伤模式

Study on Preparation and Progressive Damage Mode of Open-Hole Fiber Reinforced Magnesium 
Alloy Laminates During Tensile Process

LIN Zhongzhao1, SHENG Dongfa1, FANG Yuting1, LIU Lin2, LI Zhongjun1

(1. School of Civil Engineering, Southwest Forestry University, Kunming 650224, China; 
2. Nanjing Xinhe Composite Co., Ltd., Nanjing 211200, China)

[ABSTRACT] The damage evolution and final damage mode of glass fiber/epoxy resin reinforced magnesium alloy 
laminates with different pore sizes were studied by experiments and numerical simulation, and the microscopic damage 
mode of fracture was analyzed by scanning electron microscopy. At the same time, the fabrication process of fiber-
reinforced magnesium alloy laminates was improved. The results show that the surface treatment of AZ31 magnesium 
alloy can effectively reduce the delamination effect, and the specimen tensile strength is 347.62 MPa, compared with the 
untreated specimens which is improved by 11.33%, the interlayer microstructure morphology is more compact and uniform. 
With the increase of the pore size, the residual tensile strength decreases gradually. Fiber reinforced magnesium alloy 
laminates gradually expand from “X shape” to “funnel shape” in the progressive damage failure process. The failure modes 
of laminates are complicated mixed failure modes, which are mainly ductile brittle fracture of metal layer, tensile fracture 
of fiber layer and interlayer delamination. The experimental results are nearly consistent with the finite element numerical 
simulation results, which verifies the validity of the numerical simulation model and provides a reference for practical 
engineering applications.
Keywords:   Fiber metal laminates; Failure criterion; Numerical simulation; Hole diameter;  Residual intensity;  
      Progressive damage mode
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纤维增强金属层合板 （Fiber-metal laminates，FMLs）
是一种由经过表面处理的合金薄板与纤维 / 树脂材料

交替铺层而成的复合材料 [1]。纤维增强金属复合材料

具有比强度和比刚度高、可塑性好、耐疲劳性和耐腐蚀

性等优秀特性，被广泛应用在航空航天领域 [2–3]。

目前由于国际油价的持续走高，航空航天及交通

运输等领域对于轻质高强的装备有着大量的需求，因

FMLs 具有优秀的力学性能而有着较大的应用价值。赵

艺桥等 [4] 研究了植物纤维金属层合板抗低速冲击性能，

表明加入铝合金薄板能够有效提升 FMLs 的初始刚度、

最大冲击载荷和吸收能。Cortés 等 [5] 的研究表明，镁

基纤维增强金属层合板比强度和冲击能吸收能力明显

高于铝基纤维金属层合板。白世刚 [6] 研究了玻璃纤维

增强金属层合板的疲劳寿命为铝合金板材的 1.8 倍，有

着较好的抗疲劳性能。Rans 等 [7] 开发了纤维金属层合

板裂纹扩展预测模型，能够较为准确地预测室温和高温

下 FMLs 的裂纹扩展。分层损伤作为复合材料层合板

的主要损伤方式之一，会导致结构的强度和刚度显著降

低 [8]。Wang 等 [9] 研究了椭圆槽口纵横比、离轴比影响

下 FMLs 的最终失效模式。Jakubczak 等 [10] 研究表明，

纤维金属层合板在热循环载荷下的层间剪切强度与热

循环次数无关。Gerendt 等 [11] 研究了纤维金属层压板

纤维和金属体积含量对渐进损伤失效演变模式的影响。

目前国内外研究对纤维增强铝合金层合板研究较多，对

纤维增强镁合金层合板的制备和渐进损伤力学性能研

究和探索较少，所以对含孔纤维增强镁合金层合板的结

构强度和渐进损伤模式的研究在工程实践中具有重要

意义。

本文以开孔的玻璃纤维增强镁合金层合板 （Glass 
fiber reinforced magnesium laminates，GFRL/Mg）为研究

对象，探究其制备过程，通过试验及有限元仿真数值分

析研究其在不同孔径下的拉伸剩余强度、裂纹扩展及损

伤失效模式，从而为实际工程应用打下基础。

1 试样设计、制备和试验过程

1.1 GF/EP 镁合金层合板试样设计

选用型号为 AZ31 的镁合金、玻璃纤维和环氧树脂

（Glass Fiber/Epoxy，GF/EP），采用预先浸透的方式提前

准备，玻璃纤维布完全浸透环氧树脂和固化剂 （环氧树

脂和固化剂型号为 BE188EL/AM838；玻璃纤维预浸料

为南京新核复合材料有限公司生产），在使用前按照预

定工艺分别提前预热。试验所用 GFRL/Mg 铺层顺序为

[Mg/90°/0°/Mg/0°/90°/Mg]，如图 1 所示。GF/EP 预浸料

力学性能参数如表 1 所示。AZ31 镁合金板的力学性能

参数如表 2 所示 （由厂家提供）。表 1[12–13] 和 2 数据将

用于有限元仿真模型的建立和材料属性的赋予。

1.2 GFRL/Mg 试样制备

由于 GF/EP 和镁合金层板的层间结合问题会影响

到 GFRL/Mg 的拉伸力学性能，为了提高 GF/EP 预浸料

和镁合金板之间的结合力，改进了纤维金属层合板的制

备工艺来减少分层现象的产生。首先对镁合金层与纤

维层接触的表面进行打磨喷砂处理，然后采用了高锰酸

钾 – 磷酸盐溶液浸泡化学处理镁合金板的表面 [14–15]，接

下来用丙酮清洗表面，放入 DHG–9030A 鼓风干燥箱烘

干并在镁合金层和纤维预浸料表面均匀涂刷一层界面

树脂，按照 [Mg/90°/0°/Mg/0°/90°/Mg] 进行铺层，然后放

入热模压固化设备进行固化，如图 2 所示。

图 3 为 GFRL/Mg 热模压固化流程，在设备中按照

图 3 中所示设定好参数。在升温的初期对设备热模压

层进行预热，当达到 160 ℃时放入铺层好的试件，进行

加压热固化流程。纤维金属层合板热模压固化设备为

青岛华博热压机，如图 4 所示。

1.3 拉伸性能测试

热模压固化好的试样冷却到室温后，对按照 GB/

表 1 GF/EP 预浸料力学性能参数 [12–13]

Table 1 Mechanical properties of GF/EP prepreg[12–13]

力学性能 数值 力学性能 数值

E11/GPa 49.65 S23 /MPa 37

E22/GPa  12.9 XT/MPa 301

E33/GPa  12.9 YT = ZT/MPa 25

G12=G13/GPa  5.33 YC/MPa 96

G23/GPa  5.33 v12 = v13 0.34

S12=S13/MPa  50 v23 0.3

表 2 AZ31 镁合金力学性能参数

Table 2 Mechanical properties of AZ31 magnesium alloy

杨氏模量E/GPa 剪切强度G/GPa 泊松比ν 厚度/mm

 45 14 0.3 0.5

图 1 GFRL/Mg 铺层设计

Fig.1 Design of GFRL/Mg alloy layering

90°横向

0°纵向

Mg层

玻璃纤维层
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T1447—2005[16] 测量所得的几何尺寸长宽分别为 250 
mm 和 25 mm 的试样进行切割和打孔。拉伸性能采用

YAW–5000F 万能伺服压力试验机以 2 mm/min 的加载

速率进行测试，夹持试件时保证试件处于夹具中心且垂

直位置，每组 5 个试样，共计 35 个试件，最后得出试件

的应力 – 应变曲线和剩余强度。

2 损伤失效判据和有限元数值仿真模型 
2.1 损伤失效判据

本文采用三维 Hashin[17–18] 失效准则作为复合材料

层的损伤失效准则，主要考虑 3 种失效模式：纤维拉压

失效、基体拉压失效、分层失效。3 种失效模式的失效

准则如下。

纤维拉压失效准则 （Fiber tensile and compression 
criterion）：
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基体拉压失效准则 （Matrix tensile and compression 
criterion）：
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分层失效准则 （Delamination failure criterion）：
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式中，σij、τij 为复合材料层板各方向的应力以及剪切应

力；XC、XT、YC、YT、ZC、ZT 分别表示单向复合材料铺层相

关方向的拉伸和压缩强度；Sij 为相应面内的剪切强度。

2.2 材料的渐进损伤退化模型

含孔纤维增强镁合金层合板损伤开始之前，应力 –
应变关系表现为线弹性。

σ = C : ε （6）
式中，σ 为应力张量；C 为线弹性刚度矩阵；ε为应变。

当损伤开始发生时由 C 转换为 Cd，Cd 为损坏的弹性刚

度矩阵，定义如下 [19–20]：
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式中，D =（1– df）（1– dm）v12v21；df、dm 分别是纤维和基

体损伤状态矩阵；ds 为剪切损伤状态矩阵。4 种损伤模

式 dij 对应的损伤变量演化而来。上述公式中的损伤演

变是线性的和渐进的，E1 和 E2 分别为各自方向的模量；

v12、v21 为泊松比；G12 为面内剪切模量。损伤变量如下

所示。
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图 2 GFRL/Mg 试样制备流程

Fig.2 Reparation process of GFRL/Mg

Mg Mg Mg

打磨处理 化学浸泡处理 干燥处理 铺层和固化

Mg层

玻璃纤维层

90
°横

向

0°纵向

图 3 GFRL/Mg 热模压固化流程

Fig.3 Hot molded curing process of GFRL/Mg

200

150

100

50

0

1.5

1.0

0.5

0

温
度

/℃

压
力

/M
Pa

50 100 150 200 250
时间/min

温度
压力

图 4 GFRL/Mg 热模压固化设备

Fig.4 Hot molded curing equipment for GFRL/Mg
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式中，dft、dfc 表征由纤维方向的拉伸和压缩引起的损伤

发展；dmt、dmc 分别反映由横向方向的拉伸和压缩引起

的损伤发展；ds 代表对剪切刚度的损伤变量，由纤维和

基体开裂引起；d6 代表由基体开裂引起的对剪切刚度的

损伤变量；σ-1、σ
-

2 是纤维和横向方向的有效应力。

2.3 有限元数值仿真模型

编写 VUMAT 子程序导入有限元分析软件 ABAQUS
进行数值仿真分析，建立有限元实体单元模型，在板厚

方向分别对玻璃纤维双向布、树脂连接层、镁合金板等

赋予材料属性参数。镁合金层和纤维层根据其本构模

型分别采用各向同性和正交各向异性弹性建模。纤维

层和镁合金层网格划分采用 C3D8R 减缩积分单元进

行，二者的粘接层采用 COH4D8 积分单元进行，孔边存

在应力集中地方进行网格细化划分。玻璃纤维增强镁

合金层合板数值分析模型如图 5 所示。

3 有限元仿真结果与试验结果分析

3.1 有限元等效塑性应变结果与试验对比

由于纤维金属层合板的渐进损伤失效是一个动态

的过程，纤维层位于层合板内部，较难在试验过程中对

这一部分的渐进损伤扩展进行观测。有限元仿真分析

能够观测任意一层的渐进损伤扩展过程，因此有限元仿

真分析能够有效地研究纤维金属层合板内部纤维层变

形和渐进损伤失效过程。

图 6 为含孔 GFRL/Mg 试件失效后局部细节图及

有限元数值结果对比。从试验及数值仿真结果可知，镁

合金层在拉伸载荷下发生了明显的塑性变形，试件裂纹

逐渐从孔边向周围扩展，扩展方向与加载方向垂直。随

着分析步和载荷的增长，镁合金层塑性损伤区域明显开

始逐渐扩大，镁合金层截面存在塑性屈服和颈缩现象，

断裂模式为伴随着有一定的分层现象的延性断裂。从

PEEQ 等效塑性应变云图和试验图可以对比得出，镁合

金层的塑性变形扩展范围和试验的断裂失效范围一致，

随着载荷的持续增加镁合金层发生韧性断裂失去承载

能力。

3.2 有限元仿真结果分析

SDV 为 VUMAT 子程序定义的复合材料层损伤状

态变量，其中 SDV1 为纤维的损伤状态，SDV3 为基体

的损伤状态。有限元数值模型的断裂采用单元删除去

控制，当损伤状态达到 1 时单元失效，执行单元删除步

骤，此单元不再承受或者传递载荷，损伤状态为 0 时则

表示该单元未失效。

图 7 为 GFRL/Mg 0° 纤维层 （SDV1）和 90° 基体

层 （SDV3）的损伤演化云图。随着载荷的增加，在圆孔

90° 横向方向上孔边应力集中区域的单元首先发生部分

损伤，然后裂纹往纵向两侧扩展，损伤失效的范围从“X
形状”逐渐向“漏斗形状”扩展。其中，90° 纤维层的基

体会先达到承载极限，因为 90° 纤维层承担主要承载作

用的是基体，90° 纤维层阻止裂纹的扩展起到了桥接作

用。随着载荷的持续上升，受损伤的单元逐步向外扩展，

90° 纤维层的基体失效范围逐渐扩展为围绕着孔洞的漏

斗形状，伴随着 0° 纤维层的基体失效， 纤维层损伤开始

逐渐扩展，由于 0° 纤维层的纤维承担了大部分的荷载，

当纤维发生破坏时 0° 纤维层的基体也随之发生破坏。

随后 0° 纤维层达到承载能力极限发生破坏，复合材料

层发生整体断裂，同时镁合金层也发生韧性失效断裂，

整个 GFRL/Mg 试件失效断裂。

3.3 渐进损伤失效分析

图 8 为经过表面处理的镁合金表面微观形貌，镁
图 5 含孔 GFRL/Mg 数值分析模型

Fig.5 Numerical analysis model of GFRL/Mg with hole

图 6 含孔 GFRL/Mg 试件拉伸塑性失效

Fig.6 Tensile plastic failure of GFRL/Mg with hole

Diameter=2 mm Diameter=4 mm Diameter=6 mm Diameter=8 mm Diameter=10 mm
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+2.023e+00
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+5.058e-01
+2.529e-01
+0.000e+00
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图 7 含孔 GFRL/Mg 试件渐进损伤演化

Fig.7 Progressive damage evolution of GFRL/Mg with hole

Diameter=2 mm Diameter=4 mm Diameter=6 mm Diameter=8 mm Diameter=10 mm
（b）90°基体层（SDV3）

Diameter=2 mm Diameter=4 mm Diameter=6 mm Diameter=8 mm Diameter=10 mm

（a）0°纤维层（SDV1）
SDV3

（平均：75%）
+9.700e-00
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+7.275e-00
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+0.000e+00
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+8.103e-02
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合金表面经过打磨喷砂和高锰酸钾磷酸盐溶液表面

改性处理过后，层板表面形成了片状的高锰酸钾磷酸

盐转化物膜，可以观察到表面较为粗糙，呈现深浅不

一的纹理，有利于树脂渗入到孔隙中，提高了镁合金

表面浸润性，使得层间表面的机械咬合作用增强，有

效加强了镁合金层和纤维层的界面结合力，提高了试

件的整体性。

根据图 9（a）可以分析得出，未经过表面改性处理

的试件，由于在制备和热固化过程中存在应力，镁合金

层和纤维层之间界面存在明显的分层和纤维层褶皱等

缺陷，存在部分微小孔洞，层间胶接整体性较差；如图 9
（b）所示，经过表面化学和物理处理的试件，其镁合金

层和纤维层之间胶接紧密整体性较好，有效减少了层间

的分层以及褶皱、微孔洞等缺陷，提升了试件层间的紧

密性及整体性。

AZ31B 镁合金层在完全断裂失效前的断裂模式可

以分为脆性断裂和延性断裂。如图 10（a）所示，由于

纤维 / 基体的脱粘等失效现象，在试件断裂区域可观察

到光滑的纤维拔出和断裂现象。由于树脂基体首先失

效导致纤维脱粘和拔出，纤维周边呈现出树脂基体碎

屑和纤维分离现象。树脂基体在破坏时向玻璃纤维有

一个应力传递过程，过程顺序为树脂基体 – 纤维层 –
金属层。由于不同层之间的应力梯度存在差异，因此

GF/EP – 镁合金层合板拉伸损伤模式较为复杂。由图 
10 （b）分析得出，镁合金层的拉伸断裂失效后，断裂界

面表现为典型的韧脆混合的断裂模式，断裂面主要由解

理面构成，呈现为河流花样形状，存在着少量的韧窝和

撕裂棱现象，因此镁合金层的断裂失效模式为典型的韧

脆性混合的断裂模式。综上可以分析得出，GF/EP– 镁

合金层合板的损伤失效模式是一个多种损伤模式混合

的渐进模式。

图 11 为拉伸试验后 FMLs 试件侧面视图，图 11（a）
试件中显示镁合金层和纤维层破坏之后存在比较明显的

分层现象；图 11（b）中试件显示镁合金层在断裂之后存

在错层现象。在纤维金属层合板渐进失效过程中，由于

镁合金层和纤维层的层间存在应变梯度的不同，更早地

发生纤维和基体损伤，因此会导致镁合金层和纤维层分

层和错层现象，分层扩展导致试件丧失整体性，延性损伤

沿着裂纹方向快速扩展，试件失去承载能力。复合材料

层中主要承担拉伸载荷的是 0° 纤维层，纤维层先于镁合

金层断裂，镁合金层的断裂是纤维层断裂之后的一个快

速的过程，导致最后的承载力断崖式下降。分层使得试

件失去整体性，是导致试件失去承载能力原因之一。数

值模拟渐进损伤扩展分析与试验吻合较为一致，较好地

模拟了 GF/EP 增强镁合金层合板的承载破坏形态。

3.4 试验结果分析

图 12 为 FMLs 试件在不同处理下的应力 – 应变曲

线，经过表面处理的试件相较于未经过处理的试件拉伸

强度提升了 35.37 MPa。GFRL/Mg 为材料差异性较大

的叠层复合材料，试件良好的整体性和结合界面有利于

图 9 不同表面处理方式下 GF/EP – 镁合金层合板侧面微观形貌图

Fig.9 Lateral morphology of GF/EP – magnesium alloy laminates 
under different surface treatments

图 8 经过表面处理的镁合金表面微观形貌图

Fig.8 Surface microstructure diagram of magnesium alloy after 
surface treatment
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层间应力的传递、发挥材料的性能优势且延缓裂纹的扩

展，能够有效提升 FMLs 试件的抗拉强度。

图 13 为 GFRL/Mg 在拉伸载荷下的应力 – 应变

及剩余强度曲线。由图 13（b）可知，随着孔径增加，

GFRL/Mg 剩余强度呈现明显下降趋势。图 13（a）中

应力 – 应变曲线可以分为 4 个阶段：初始弹性阶段、屈

服过渡阶段、屈服后阶段和承载失效阶段。当应变小于

0.65% 时，试件处于线弹性阶段，应力 – 应变曲线存在

比较明显的双线性现象。在屈服过渡阶段，随着载荷的

图 10 GF/EP– 镁合金层合板断裂失效微观形貌图

Fig.10 Microstructure diagram of fracture failure of 
GF/EP – magnesium alloy laminates 
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图 11 拉伸试验后 FMLs 试件侧面

Fig.11 FMLs specimens side surface after tensile test
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图 12 FMLs 试件在不同处理下的应力 – 应变曲线

Fig.12 Stress – strain curves of FMLs specimens under different 
treatments
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Fig.13 Stress-strain curves and residual strength variations with 
diameter of FMLs specimens

0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0 3.5
0

50

100

150

200

250

300

350

400

Diameter=0 mm
Diameter=2 mm
Diameter=4 mm
Diameter=6 mm
Diameter=8 mm
Diameter=10 mm

2 4 6 8 10 12
0

50

100

150

200

250

300

350

400

剩余强度
FEA

应变/%
（a）应力-应变曲线

（b）剩余强度曲线

应
力

/M
Pa

剩
余

强
度

/M
Pa

孔径/mm



1292024年第67卷第10期·航空制造技术

RESEARCH 研究论文

增加，镁合金层的塑性屈服和分层损伤扩展，使得曲线

具有了一定的非线性。随着应力 – 应变的持续增长，曲

线斜率下降，同时纤维层承担的载荷占比越来越高，镁

合金层板出现了塑形屈服失效现象。其中，未开孔试件

在应力达到 207 MPa 时有明显的纤维断裂声音的出现。

曲线后期的轻微非线性是由于 FMLs 的非线性剪切变

形和拉伸过程中存在的损伤累积导致的。随着孔径的

增大，层合板在加工过程损伤越大，会导致亚临界损伤

范围扩大，使得层板的应力重分布和剩余强度减小。当

外载荷施加到接近极限值时，可以观察到分层现象沿着

镁合金层和纤维层界面扩展，试件失去承载能力。0~10 
mm 孔径下，有限元仿真得到的剩余强度与试验结果误

差分别为 7.76%、6.78%、6.17%、8.83%、10.96%、11.89%，

平均误差 8.73%，可见有限元模拟结果能够与试验数据

较好地吻合。

开孔敏感系数 NSCF 能够反映试件的开孔敏感情况，

计算公式如下。

NSCF = σs /σ* （11）
式中，σs 为开孔试件的拉伸强度；σ* 为未开孔试样的拉

伸强度。由表 3 可知，试件的开孔敏感系数 NSCF 随着

开孔直径的增大而减小。由于截面承载面积的减小，剩

余强度随着开孔直径的增大而逐渐减小。开孔直径为

10 mm 试件的剩余强度只达到未开孔试件剩余强度的

45.92%。因此在实际工程应用时开孔直径不宜过大，应

保持在合理的范围之内。

4 结论

本文通过对比试验和有限元数值模拟研究了含孔

纤维增强镁合金层合板的损伤演化和失效机制。将

VUMAT 子程序集成到 ABAQUS/Explicit 中进行了数

值仿真分析。此外，本文还对 GFRL/Mg 的制备过程进

行了探索，得出如下结论。

（1）对镁合金层板表面进行物理和化学处理都能

表 3 开孔敏感系数与试件拉伸强度

Table 3 Opening sensitivity coefficient NSCF and tensile strength of 
specimens

孔径/mm 开孔敏感系数NSCF 剩余强度/MPa

0 1 347.62354

2 0.890743 309.64332

4 0.825411 286.94286

6 0.688430 239.31452

8 0.591603 205.65523

10 0.459220 159.63564

够有效提升纤维层和合金层的机械咬合力，采用了上述

工艺成型的试件整体性较好。表面经过处理的试件拉

伸强度相较于未经过表面处理的试件提升 11.33%，表

明该工艺适用于 GFRL/Mg 的制备。

（2）从 SEM 微观形貌图和有限元分析得出，拉伸

载荷中 GFRL/Mg 主要损伤模式为镁合金层塑性损伤和

复合材料层伴随着层间分层、纤维断裂、基体开裂、纤维

拔出的混合失效模式。由于层间存在应力传递和明显

的应变梯度不同，分层损伤发生在试件断裂之前，损伤

失效从局部扩展到整体。 
（3）在拉伸载荷下，含孔 GFRL/Mg 渐进损伤顺序为：

镁合金层板初始塑性变形、基体损伤失效、分层失效扩展

到层压板边缘，最后是纤维和镁合金层依次断裂失效。

（4）随着孔径的增加，截面承载面积减小。当孔径

达到 10 mm 时，GFRL/Mg 剩余强度比孔径为 2 mm 时

降低了 48.45%。因此在实际工程应用上，开孔直径不

宜过大。

（5）有限元数值仿真模拟剩余强度与试验结果的

平均误差为 8.73%，在损伤失效模式和裂纹扩展等方面

吻合较好，能够为工程实际应用提供参考。
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