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喷射成形Al–Mg–Zn–Cu合金的本构方程及热加工图研究

冯 诺1，韩宝帅1，张 勇2，曾元松1，韩秀全1，徐严谨1

（1. 中国航空制造技术研究院，北京 100024；
2. 中南大学，长沙 410083）

[ 摘要 ] 本文设计了一种低密度高强 Al–Mg–Zn–Cu 合金，并研究了喷射锭坯的热变形行为；利用 Gleeble–3500 热

模拟试验机测试了该合金在不同热变形条件下的应力 – 应变曲线，构建了应变补偿本构方程，绘制了不同变形量下

合金的热加工图；建立了以 Z 参数表示的 Arrhenius 本构方程，所预测的变形应力与试验值线性相关系数达到 0.995，
说明拟合情况良好，根据不同变形量的热加工图，发现流变失稳区和功率耗散系数低谷区均集中在高应变速率区

和高变形温度区，最佳热变形工艺参数范围为 380 ~ 420 ℃、0.001 ~ 0.1 s–1。在最佳热变形工艺参数范围内的喷射锭

坯挤压带板组织中，喷射锭坯内部孔隙机械焊合，未见流变失稳特征组织，挤压带板密度为（2.676 ± 0.006） g/cm3，经

140 ℃/40 h 时效后试验合金喷射锭坯挤压带板抗拉强度为（552 ± 8） MPa，屈服强度为（423 ± 4） MPa，断后伸长率为

13.5% ± 0.9%，断面收缩率为 41.0% ± 1.7%。试验合金喷射锭坯挤压带板兼具高强度与低密度，在构件轻量化方向具

有应用前景。
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Study on Constitutive Equation and Thermal Processing Map of Spray-Formed Al–Mg–Zn–Cu Alloy
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[ABSTRACT] A low-density high strength Al–Mg–Zn–Cu alloy was designed and the thermal deformation behavior of 
spray-cast ingots was investigated. Using the Gleeble–3500 thermal simulation testing machine, the stress–strain curves 
of the spray-cast ingot under different thermal deformation conditions were measured. A strain-compensated constitutive 
equation was constructed, and thermal processing maps for the alloy at different strain levels were plotted. An Arrhenius-
based constitutive equation expressed in terms of parameter Z showed a linear correlation coefficient of 0.995 between 
predicted flow stresses and experimental values, indicating an excellent fit. Analysis of thermal processing maps for various 
strains revealed that both the flow instability zones and regions with low power dissipation coefficients were concentrated 
in areas of high strain rates and high deformation temperatures. The optimal thermal deformation process parameters were 
identified as a temperature range of 380 – 420 ℃ and strain rate range of 0.001– 0.1 s–1. Within this optimal parameter range, 
the extruded strips of the spray-cast ingot exhibited microstructures in which internal porosity was mechanically welded 
without signs of flow instability. The density of the extruded strip was measured at (2.676 ± 0.006) g/cm3. After aging 
treatment at 140 ℃ for 40 h, the tensile strength reached (552 ± 8) MPa, yield strength was (423 ± 4) MPa, elongation after 
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铝合金具有轻质高强、加工性能优异、成本低等优

点，被广泛用于各类航空器的机体结构。以波音 B777 型

客机为例，铝合金的使用比例超过了 70%[1]。目前，航空

铝合金主要以 2xxx 系 （Al–Cu–Mg） 和 7xxx 系 （Al–Zn–
Mg、Al–Zn–Mg–Cu）铝合金为主 [2–3]。近年来，航空器设

计对减重提出了更高的要求，因此需要开发密度更低的

航空材料。常规的 2xxx 系、7xxx 系铝合金密度大多在

2.75 g/cm3 以上 [4]，这对于航空器减重的设计目标产生

了阻碍。铝锂合金制备工艺复杂，制造成本约是常规铝

合金的 4 倍以上，推广应用受到限制。因此，需要开发

一种低密度的新型铝合金，在不显著提高材料成本的前

提下，实现航空器结构减重的目标。

Al–Mg–Zn 合金作为一种新型可热处理强化铝合

金，相较于 5xxx 系铝合金，能够通过时效热处理析出 T–
Mg32(Al, Zn)49 强化相，不仅提高了合金的强度，还抑制

了 β–Al3Mg2 相在晶界处的脱溶析出，改善合金的耐蚀

性能 [5–8]。Al–Mg–Zn 合金以 Mg 作为主要合金元素，通

过合理的成分设计，其密度可以控制在 2.7 g/cm3 以下，

能够满足航空结构件的减重需求。该合金可采用常规

材料制备工艺加工，不同于低密度铝锂合金会显著增加

材料成本，因此有望在航空领域推广应用。然而，由于

合金中 Mg 元素含量较高，采取半连续铸造技术制备锭

坯时，铸造锭开裂倾向明显，成品率较低，因此亟须开发

新型的锭坯制备技术。

喷射成形技术是一种非常有效的近净成形技术 [9]，

最早由英国 Swansea 大学提出 [10]。基于这种技术，合金

被加热、熔化并分解成微小的液滴，在高速气流的作

用下加速运动，与相对温度不高的气流进行强烈热交

换，并快速沉积在预先定位的基体上。最后通过逐层

沉积，制备出具有等轴晶组织和较低成分偏析的大尺

寸坯料 [11–12]。该技术由于冷却速率较大，因此所得沉

积坯料组织均匀，晶粒细小，无宏观偏析现象，铸造应

力低于半连续铸造，显著降低铸锭开裂的倾向；另外，

喷射成形能有效提高合金元素的溶解度，提升合金化

程度 [13–14]。利用喷射成形技术能够解决 Al–Mg–Zn 合

金锭坯难以制备的技术难题。

目前有关喷射成形 Al–Mg–Zn–Cu 合金热加工性

能的研究较少，针对该合金锭坯热变形加工的相关工

作，也缺少足够的试验数据支撑。本文采用等温热模

拟试验研究低密度喷射成形 Al–Mg–Zn–Cu 合金的热

变形行为，并建立 Arrhenius 本构模型和动态材料模型 
（Dynamic material model，DMM）热加工图加以分析，

确定了低密度喷射成形 Al–Mg–Zn–Cu 合金的热加工工

艺参数，并针对推荐热加工工艺参数进行了挤压试制，

为低密度 Al–Mg–Zn–Cu 合金热成形工艺提供参考。

1 试验及方法

试验合金为实验室喷射成形 Al–Mg–Zn–Cu 合金

锭坯，合金锭坯化学成分采用 Thermo iCAP 7400 光谱

仪进行测试，实测成分见表 1。将喷射锭坯加工成 φ10 
mm×15 mm 的试样，车光表面，在样品侧面中心位置加

工出两个能够插入 K 型热电偶的小孔，将两根 K 型热电

偶一端插入试样上的小孔中，另一端连接到Gleeble–3500
热模拟试验机上以测试试样温度，然后将石墨片贴在试

样两端以减小摩擦，进行热压缩试验。加热速率为 5 ℃/s，
保温时间为 3 min，总压下量为 70%。热压缩变形温度分

别为 380 ℃、400 ℃、420 ℃、440 ℃和 460 ℃，应变速率为

0.001 s–1、0.01 s–1、0.1 s–1、1 s–1、10 s–1。每次试验结束后立

刻将试样进行水淬，以保留高温变形组织，便于观察热变

形后合金的显微组织。

采用徕卡公司 Leica DMI5000M 型金相光学显微

镜对变形前后的试验合金组织进行观测分析。先用水

砂纸对试样打磨至 2500 目，在抛光机上采用 0.2 μm 的

金刚石抛光喷雾进行机械抛光至表面无划痕为止，光学

金相试样抛光完成后使用 Keller 试剂 （H2O∶HNO3∶H
Cl∶HF = 0.95∶0.025∶0.015∶0.01）对样品腐蚀 45 s。

挤压带板采用 DH–200T 全自动电子密度计测试密

度，每项测试设置 3 个平行试样；使用 EMSYS 型电子

万能材料试验机测试抗拉强度、屈服强度、断后伸长率

和断面收缩率，每项测试设置 3 个平行试样。

表 1 试验合金的化学成分 （质量分数）

Table 1 Chemical compositions of experimental alloy
           (mass fraction) %

Mg Zn Cu Zr Mn Fe Si Ti Cr

6.61 4.23 0.21 0.12 0.20 0.082 0.052 0.002 0.008

fracture was 13.5% ± 0.9%, and section shrinkage rate was 41.0% ± 1.7%. The alloy’s combination of high strength and low 
density suggests promising applications in lightweight structural components.
Keywords: Al–Mg–Zn–Cu alloy; Thermal deformation behavior; Constitutive model; Thermal processing map; 
      Mechanical properties
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2 结果与讨论

2.1 应力应变曲线

Gleeble 热模拟试验合金样品如图 1 所示，可以看

到当应变速率为 10 s–1，或变形温度为 460 ℃时，试验样

品出现了不同程度的压溃，对应工艺参数的真应力 – 真

应变曲线如图 2 所示。可以看到真应力随真应变的变

化出现了不同程度的反常骤降，这是流变失稳压溃的

表现，代表试验合金在应变速率为 10 s–1 和变形温度为

460 ℃的热加工工艺窗口下热加工性能较差，将流变失

图 1 试验合金热压缩样品宏观图像 
Fig.1 Macroscopic images of hot compression samples of experimental alloy

380 ℃

10 s-1

1 s-1

0.1 s-1

0.01 s-1

0.001 s-1

400 ℃ 420 ℃ 440 ℃ 460 ℃
温度

速
率

图 2 不同变形条件下试验合金真应力 – 真应变曲线

Fig.2 True stress–true strain curves of the experimental alloy under different deformation conditions
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稳压溃的热加工工艺参数划为失稳区。为保证本构方

程及热加工图的准确建立，选取未压溃的测试矩阵进行

后续试验。

由于试样的受压两端与压头之间仍然存在不可忽

略的摩擦，摩擦阻碍试样两端的金属向外流动，导致试

样的变形不均匀，出现鼓肚隆起，导致热压缩过程中由

无摩擦力条件得出的真应力值相较实际值偏大 [15]。对

原始试验数据进行摩擦修正和温度修正以减小摩擦和

温度波动对真应力值的影响。

本文采用的温度修正公式为 [16]

� �
0

1

0

1
�

T
T  （1）

式中，T0 为试验设定的变形温度；T1 为试验的真实温度；

σ0和σ1分别是变形温度为T0时的应力和实际测试的应力。

本文采用的摩擦修正公式为 [16]

�
�

�
� �
0
2

2 1

c
cc( )e

 （2）

式中，σ为完成了摩擦鼓型修正后的真应力值；c 为该摩

擦鼓型修正中的摩擦修正率，由式 （3）计算得出。

c
m R h h

h
=
2

0 0 0
/

 （3）

式中，R0 为试样的原始半径；h0 为试样的原始高度，

R0 = 5，h0 = 15 ；h 为压缩后试样高度，可由挤压后的试样

测得；m0 为该摩擦鼓型修正中的摩擦系数，由式 （4）计

算得出。
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，

Δh = h0 – h。其中，RM 为压缩后试样腰部最大半径；b 为

筒形参数；RT 为鼓形变形试样上的表面直径。

进行鼓形修正之后的试验合金在不同温度下变形

的真应力 – 真应变曲线如图 3 所示。合金在整个变形

温度和应变速率范围内均存在明显的稳态流变特征。

在同一应变速率下，变形应力及其所对应的应变量均随

着变形温度的升高而降低；在同一变形温度下，变形应

力随着应变速率的增大而增大。

变形温度和变形速率显著影响材料的流变行为。

图 4 为不同变形温度和应变速率下，峰值应力 （取真应

变为 0.6 时的真应力）和变形温度的关系。在应变温度

为 380~440 ℃，应变速率 0.001~1 s–1 的范围内，当变形

速率恒定时，变形应力会随着变形温度的升高而下降。

这可以归因于更高的变形温度增强了热激活作用，增加

了位错的迁移速率，并增强了动态回复效应。此外，在

热变形过程中，大量的 T–Mg32（Al，Zn）4 相会不断动

态粗化或溶解，从而降低合金强度。另一方面，在恒定

的变形温度下，由于有更长的热变形时间，变形应力会

随着应变速率的降低而下降。

图 3 鼓形修正后的不同变形条件下试验合金真应力 – 真应变曲线

Fig.3 True stress–true strain curves of the experimental alloy under 
different deformation conditions after barreling correction
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2.2 本构方程的建立

采用数学模型描述高温变形应力与变形速率的关

系。变形应力 σ、应变速率 ε 和变形温度 T 之间的关系

可用 Arrhenius 方程描述 [15，17–18]。

低应力水平时：

� � �� ��
�
�

�
�
� �A Q

RT
n

1
1 0 8exp  , � .  （5）

高应力水平时：

� �� ��� ��
�
�

�
�
� �A Q

R2 1 2exp( )exp  
T

, .  （6）

整个应力范围：

� ��� ��
�
�

�
�
�A Q

RT
n[ ( )]sinh exp  （7）

式中，R 为理想气体常数，8.314 J/（mol·K）；β为材料参数；

A 为结构因子，s–1；α为应力水平参数，MPa–1，α = β/n1，n
为应力指数；Q 为热激活能，J/mol。变形应力与峰值应

力之间满足线性关系，通过材料温度补偿应变速率因子

Zener–Hollomom 参数描述 [19]。

Z A Q RTn� �[ ( )] /sinh exp( )�� �  （8）
最终得到的合金本构模型，即 σ与参数 Z 之间的关

系为
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以峰值应力 （真应变为 0.6 时）所对应的热变形数

据计算，求得合金的 A、Q、n、α、β等多项材料学参数。

对式 （5）~（7）取自然对数，可以得到式 （10）~（12）。

ln ln ln� �� � �n A Q
RT1 1  （10）

ln ln� ��� � �A Q
RT2  （11）

图 4 在不同变形条件下试验合金峰值变形应力

Fig.4 Peak flow stress of the experimental alloy under different 
deformation conditions
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运用最小二乘法原理，分别进行线性拟合 （图 5）。
图 5（a）~（c）为不同应变条件下的 n1，β和 n，又根据

α = β/n1 求得 α。
选定应变速率下的材料变形激活能 Q，对式 （9）进

图 5 材料参数拟合关系曲线

Fig.5 Fitting curves of material parameters
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行微分得到：

Q R
T
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1000
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��( / )





TT

RSn�

 （13）
式中，n 为 ln ε –ln[sinh(ασ)] 的关系线性拟合直线的斜率

平均值；S 为 ln[sinh(ασ)]–1000/T 的关系线性拟合直线

斜率的平均值，其拟合直线如图 5（d）所示，将求得 n
和 S 值代入式 （13）可求得合金在真应变为 0.6 时的平

均变形激活能 Q。

变形温度 T 与应变速率 ε 的关系可以用参数 Z 来

表示。

Z =  ε exp(Q/RT) （14）
将不同状态的 Q 值代入式 （14）可以求出相应 Z

参数，对式 （8）两侧取对数可以得到 lnZ。
lnZ = lnA + nln[sinh(ασ)] （15）
将 lnZ 与 ln[sinh(ασ)] 的关系进行线性拟合，如图 6

所示，得到关系线性拟合直线与 y 轴的截距 lnA。
综上所述，试验合金的各类材料参数如表 2 所示，

将各参数代入式 （8）和 （9）可求出合金在峰值应力 （真

应变为 0.6 时）的热变形本构方程，峰值应力 Arrhenius
模型的变形应力预测值与试验值的相关性情况如图 7
所示，R = 0.999，说明变形应力预测值与试验值能够良

好匹配。

上述基础建立的本构方程只考虑了  ε 、σ、T 对流变

行为的影响，而不包括真应变量对流变行为的影响。真

应变量的变化会显著影响整个变形过程的变形激活能

等材料学参数，从图 3 中的真应力 – 真应变曲线可以观

察到真应变量对变形应力的影响，特别是在应变量较低 
（约 0.2）的范围内，变形应力伴随应变的增大而显著增

大。基于上述分析，为了得到包含应变影响因素在内的

更可靠的本构方程，需要对得到的本构方程进行应变补

偿，使变形应力模型更加准确。

采用上述试验方法，分别求得试验合金真应变量在

0.05~1.2 之间的 24 个应变量对应的变形激活能 Q 和其

他材料参数 （α、n、lnA）值，将不同应变下的各个参数

进行七阶多项式拟合，如图 8 所示，可以发现曲线拥有

较好的精度且没有出现过度拟合，各项材料参数受应变

量的影响十分显著。试验合金各项参数关于应变的多

项式拟合系数如表 3 所示，七阶多项式如下，其中 Bx

（x = 0、1、2、3、4、5、6、7）为多项式拟合系数。

Y(ε) = B0 + B1ε + B2ε
2 + B3ε

3 + B4ε
4 + B5ε

5 + B6ε
6 + B7ε

7

 （16）
应变与材料各参数之间的相互关系可以通过七阶

多项式拟合得到，这样可以更准确地得到给定应变下的

变形应力预测值。基于此拟合结果，试验合金的热变

形本构方程 （基于双曲正弦关系）可采用应力与 Zener–
Holloman 参数的关联式表示，即
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 （17）
对比本构方程计算得到的变形应力预测值与试验

数据以确定两者之间的相关性，如图 9 所示，两者高度

吻合，表明上述构建的试验合金本构方程预测合金热变

表 2 应变为 0.6 时试验合金的材料参数值

Table 2 Material constant values of experimental alloy at strain of 0.6

β/MPa–1 α/MPa–1 n ln（A/s–1） 变形激活能Q/（kJ/mol）

0.08370 0.01923 3.22246 24.95286 163.21023

图 7 峰值应力 Arrhenius 模型的变形应力预测值与试验值的相关性

Fig.7 Correlation between predicted and experimental flow stress 
values from the peak stress based Arrhenius model

R=0.99912
AARE=4.89865%

数据点
最佳拟合直线

140

120

100

80

60

40

20

0

预
测

应
力

/M
Pa

20 40 60 80 100 120 140
实测应力/MPa

图 6 lnZ 与 ln[sinh(ασ)] 线性拟合关系

Fig.6 Linear fitting relationship between lnZ and ln[sinh(ασ)]
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表 3 试验合金各材料参数与应变多项式拟合系数

Table 3 Polynomial fitting coefficients of each material parameter 
of the experimental alloy with strain

多项式
拟合系数

α/MPa–1 n 变形激活能
Q/（kJ/mol） ln（A/s–1）

B0 0.05863 3.33191 127.37518 18.21514

B1 –0.65628 –0.99366 121.77298 26.03094

B2 4.14679 9.22383 –566.81896 –121.31592

B3 –13.19455 –37.94951 2127.25048 425.4854

B4 23.16693 79.38206 –4316.46795 –824.38345

B5 –22.72716 –91.36586 5011.40307 926.26778

B6 11.66475 54.62447 –3098.42973 –560.59499

B7 –2.43889 –13.13452 771.53217 137.8186

图 8 材料常数与应变的多项式拟合关系曲线

Fig.8 Polynomial fitting relationship curves between material constants and strain
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形行为具有很高的准确性与可靠性。

应变补偿 Arrhenius 模型的变形应力预测值与试验

值的相关性情况如图 10 所示，R = 0.995，说明变形应力

预测值与试验值能够良好匹配。

2.3 热加工图建立与分析

部分研究采用 DMM 来描述材料的变形行为 [20–22]，

该模型是目前构建热加工图常用的核心基础原理。材

料在热加工过程中吸收的功率 P 转换成塑性变形消耗

的功率 G 和变形过程中组织变化所消耗的功率 J，三者

之间关系可以用式 （18）和 （19）表达。

J
P

m�
�

�
( )

( )

lg

lg

�
�

 （18）

P G J� � � �� �0 0



 

� �
� � � �d d  （19）

对不同变形温度、不同变形条件下的真应力 σ，采
用三次多项式函数拟合 lgσ – lg ε 关系曲线，拟合函数如

下，其中 a、b、c、d 为多项式系数。

lg lg lg� � � �� � � �a b c d lg  ( ) ( )2 3 （20）
由式 （18）得出：

m b c d�
�

� � �
( )

( )
( ) ( )

lg

lg
lg lg

�
�

� �


 2 3 2
 （21）

由式 （21）计算得出不同加工温度和变形速率下对

应的 m 值，不同变形参数及对应 m 值的 3D 表面变化如

图 11 所示。m 为应变速率敏感因子，表示应变速率增

大时材料的强化倾向，m 为负值时被认定为失稳区，对

应剪切带、变形孪晶等组织 [23]。各变形量试验合金 m
值最小值出现在接近 380 ℃/1 s–1 的高温低应变速率区

或接近 440 ℃/0.001 s–1 的低温高应变速率区。

能量耗散效率 η可用应变敏感因子 m 表示，即



近净成形Near Net Shaping

892026年第69卷第3期·航空制造技术

� �
�
2

1

m
m  （22）

能量耗散效率反映热加工过程中合金功率耗散的

能力。通常情况下，功率耗散系数 η越大，内部组织转

变越完全，热加工性能越好，但不能保证不出现局部滑

移和楔形开裂等内部组织缺陷，需要结合失稳判据综合

判断。根据不可逆热力学极值原理，用无量纲的失稳参

数 ξ（ε）表示塑性变形时的连续失稳判据，Prasad 根据

最大熵原理材料失稳判据为
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 （23）

用失稳参数、应变速率和变形温度可以绘制失稳

图。在失稳图中，失稳参数为负值的区域为失稳区域，

易出现局部滑移和楔形开裂等内部组织缺陷，导致合金

失稳压溃。

通过叠加功率耗散等高线和失稳判据为负值的阴

影图，可以得到合金的热加工图，不同变形量对应试验

合金热加工图如图 12 所示。热加工图中等高线为功率

耗散系数 η等高线，灰色区域为失稳参数 ξ（ε）为负值

的失稳区域。

变形量在 0~70% 范围内，功率耗散系数 η最大值

随变形量的增大，从接近 420 ℃/0.1 s–1 的中温中应变速

率区域向接近 440 ℃/0.1 s–1 的高温高应变速率区域，以

及接近 380 ℃/0.001 s–1 的低温低应变速率区域移动，各

变形量功率耗散系数 η最大值均大于 0.39。各变形量

η最小值均出现在接近 380 ℃/1 s–1 的低温高应变速率

区域，η最小值均 0.13。
变形量在 0~70% 范围内，失稳参数 ξ（ε）为负值的

图 10 应变补偿 Arrhenius 本构模型变形应力预测值与

试验值的相关性

Fig.10 Correlation between predicted values of flow stress of the 
strain-compensated Arrhenius constitutive model and experimental 

values
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图 9 应变补偿 Arrhenius 模型的本构关系预测值与试验值的对比

Fig.9 Comparison between predicted values of the constitutive relationship of the strain-compensated Arrhenius model and experimental values
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区域由应变速率大于 0.1 的高应变速率区域向接近 380 
℃/1 s–1 的低温高应变速率区域移动。结合热挤压样品

宏观图像 （图 1），应变速率接近 10 s–1 的高应变速率区

域和变形温度接近 460 ℃的高温度区域易发生失稳压

溃，热加工工艺窗口的制定应远离上述高应变速率与高

变形温度的热加工工艺参数。

图 12 不同应变条件下试验合金的热加工图

Fig.12 Thermal processing maps of experimental alloy at different strain conditions
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图 11 不同变形参数及对应的 m 值分布图

Fig.11 Distribution map of m-values corresponding to different deformation parameters
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高应变速率的工艺参数区域试验合金热变形流变

失稳主要归因于应变速率过高，导致合金组织没有足够

的时间和能量完成均匀变形，变形组织更倾向于局部流

变；高变形温度的工艺参数区域试验合金热变形流变失

稳主要归因于高合金化 Al–Mg–Zn 合金在 450 ℃附近

发生热变形时，合金组织内部更易出现大量的粗大析

出相，应力会在这些硬质颗粒附近积累进而产生微裂

纹、颗粒破碎和孔洞，从而对合金的热加工性能产生不

利影响 [24]。

综上所述，变形温度为 380~420 ℃，应变速率为

0.1~0.001 s–1 的区域拥有较高的功率耗散效率，均大于

0.3，且远离加工失稳区，是理想的热加工工艺窗口。

2.4 挤压合金组织性能

为验证热加工图指示的理想热加工工艺窗口，在理

想热加工工艺窗口下进行了喷射锭坯挤压成形，锭坯温

度 390~420 ℃、挤压速度 0.2~0.6 mm/min、挤压比 15，
挤压得到挤压带板。试验合金喷射锭坯金相组织如图

13 所示，挤压带板金相组织如图 14 所示，喷射锭坯内

部晶粒呈等轴晶，晶界处存在部分粗大初生相和喷射工

艺所导致的孔隙；经过挤压成形后，板材内部晶粒明显

拉长，呈现出较强的织构特征，晶界处粗大初生相呈带

状分布，组织中喷射工艺所导致的孔隙被充分机械焊合

消除，未见流变失稳所导致的局部流变带等特征组织，

代表该热变形工艺参数下试验合金热变形性能良好。

经密度测试，试验合金喷射锭坯挤压带板密度为

（2.676±0.006） g/cm3，经 140 ℃/40 h 时效后试验合金

喷射锭坯挤压带板室温拉伸性能如表 4 所示，带板的

表 4 140 ℃/40 h 时效试验合金挤压带板室温拉伸性能

Table 4 Tensile properties of experimental alloy extruded sheet with 
140 ℃/40 h aging

抗拉强度
Rm/MPa

屈服强度
Rp0.2/MPa

断后伸长率
A/%

断面收缩率
Z/%

552±8 423±4 13.5±0.9 41.0±1.7

图 14 试验合金挤压带板金相组织

Fig.14 Microstructure of experimental alloy extruded sheet

100 μm

20 μm

图 13 试验合金原始金相组织

Fig.13 As-cast optical microstructure of experimental alloy

100 μm

500 μm

抗拉强度达到 （552±8）  MPa，屈服强度达到 （423±4） 
MPa，强度指标达到高强度铝合金水平；断后伸长率达

到 13.5%±0.9%，断面收缩率达到 41.0%±1.7%，塑性

较好。试验合金喷射锭坯挤压带板兼具高强度与低密

度的特征，在构件轻量化领域具有良好的应用前景。

3 结论

（1）通过线性拟合方法，求解了 Arrhenius 方程的

材料常数，建立了基于参数 Z 的预测材料热变形应变补

偿的 Arrhenius 本构方程。本构方程对变形应力的预测

值与试验值线性相关系数达到 0.995，拟合情况良好，证

明了模型的精确性。

（2）基于动态材料模型，建立了不同应变量下的热

加工图，结合热压缩样品宏观图像，流变失稳区和功率

耗散低谷区集中在应变速率大于 1 s–1 的高应变速率区

域，以及变形温度接近 460 ℃的高温度区域，变形温度

为 380~420 ℃，应变速率为 0.001~0.1 s–1 的区域拥有较

高的功率耗散效率，均大于 0.3，且远离加工失稳区，是

理想的热加工工艺窗口。

（3）在理想热加工工艺窗口下进行了喷射锭坯挤
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压成形，在锭坯温度 390~420 ℃、挤压速度 0.2~0.6 mm/
min、挤压比 15 的工艺参数下制备挤压带板。结果表明，

挤压工艺成功消除了喷射铸锭内部的孔隙，带板金相组

织未见流变失稳特征，表明该热变形工艺参数下试验合

金热变形性能良好。

（4）试验合金喷射锭坯挤压带板密度为 （2.676± 
0.006） g/cm3，经 140 ℃/40 h 时效后试验合金喷射锭

坯挤压带板抗拉强度为 （552±8） MPa，屈服强度为 
（423±4） MPa，断后伸长率为 13.5%±0.9%，断面收缩率

为 41.0%±1.7%。试验合金喷射锭坯挤压带板兼具高强

度与低密度的特征，在构件轻量化领域具有应用前景。
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