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摘要: Ti2 AlNb 合金在高温变形过程中, 微观组织演变复杂, 导致合金的力学性能和成形性能发生改变; 且由于微观组织和力

学性能的耦合变化, 导致高温成形极限的预测更加困难。 针对该问题, 以 Ti2 AlNb 合金基于内变量的本构模型和 M-K 理论为

基础, 将变形过程中的微观组织演变及其对力学性能的影响与 M-K 理论进行耦合, 建立了 Ti2AlNb 合金基于内变量的 M-K 理论

的高温成形极限预测模型, 并进行了 Ti2AlNb 合金板材成形极限的计算。 Ti2AlNb 合金板材在高温成形时, 随着变形温度 (950~
985

 

℃ ) 和应变速率 (0. 001~0. 1
 

s-1) 的提高, 板材的成形极限提高, 说明应变软化有利于提高板材的成形极限。 最后, 进行

了变形温度为 985
 

℃和应变速率为 0. 01
 

s-1 条件下的成形极限实验测试, 并对理论计算结果进行了验证, 证明了建立的高温成

形极限预测模型具有良好的预测效果。
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Abstract:
 

During
 

the
 

high
 

temperature
 

deformation
 

process
 

of
 

Ti2 AlNb
 

alloy,
 

the
 

microstructure
 

evolution
 

is
 

complicated,
 

which
 

will
 

lead
 

to
 

the
 

change
 

of
 

mechanical
 

properties
 

and
 

formability
 

of
 

alloy.
 

Due
 

to
 

the
 

coupling
 

changes
 

of
 

microstructure
 

and
 

mechanical
 

properties,
 

it
 

is
 

more
 

difficult
 

to
 

predict
 

the
 

forming
 

limit
 

at
 

high
 

temperature.
 

Therefore,
 

for
 

this
 

problem,
 

the
 

microstructure
 

evolution
 

during
 

the
 

de-
formation

 

process
 

and
 

its
 

influence
 

on
 

mechanical
 

properties
 

were
 

coupled
 

based
 

on
 

the
 

M-K
 

theory
 

and
 

the
 

constitutive
 

model
 

of
 

internal
 

variables
 

and
 

M-K
 

theory,
 

the
 

prediction
 

model
 

of
 

forming
 

limit
 

for
 

Ti2 AlNb
 

alloy
 

at
 

high
 

temperature
 

based
 

on
 

internal
 

variables
 

for
 

Ti2 AlNb
 

alloy
 

was
 

established,
 

and
 

the
 

forming
 

limit
 

of
 

Ti2 AlNb
 

alloy
 

sheet
 

was
 

calculated.
 

When
 

Ti2 AlNb
 

alloy
 

sheet
 

was
 

formed
 

at
 

high
 

temperature,
 

the
 

forming
 

limit
 

of
 

sheet
 

increased
 

with
 

the
 

increasing
 

of
 

deformation
 

temperature
 

(950-985
 

℃ )
 

and
 

strain
 

rate (0. 001-
0. 1

 

s-1 ).
 

Therefore,
 

strain
 

softening
 

was
 

beneficial
 

to
 

improve
 

the
 

forming
 

limit
 

of
 

sheet.
 

Finally, the
 

forming
 

limit
 

test
 

was
 

carried
 

out
 

under
 

the
 

conditions
 

of
 

the
 

deformation
 

temperature
 

of
 

985
 

℃
 

and
 

the
 

strain
 

rate
 

of
 

0. 01
 

s-1 ,
 

the
 

theoretical
 

calculation
 

results
 

were
 

veri-
fied.

 

Thus,
 

the
 

established
 

prediction
 

model
 

of
 

forming
 

limit
 

at
 

high
 

temperature
 

has
 

a
 

good
 

prediction
 

effect.
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　 　 板材和管材的塑性成形是一个非稳定过程, 随 着变形量的增加, 板材 / 管材的塑性变形会发生失

稳, 产生颈缩缺陷, 变形能力达到极限。 在薄壁构

件的工艺设计时, 需要预先了解板材的变形能力。
板材在一定条件下的变形能力可以通过成形极限来

表征, 成形极限是指在一定的变形条件下, 材料在

失稳前所能达到的最大变形量[1] 。 材料的成形极限

与材料的力学性能有关[2-3] 。



与室温成形不同, 材料在高温变形时有复杂的

微观组织演变, 变形参数会影响材料的微观组织演

变, 而微观组织演变又反过来影响材料力学性能的演

变。 材料在高温下的成形极限受材料的初始微观组织

状态、 变形温度和应变速率等的影响[4-6] 。 材料的高

温成形极限可以通过实验测量和理论计算两种方法来

获得。 对于 Ti2AlNb 类高温合金, 其变形温度高, 成

形极限受到变形温度和应变速率的共同影响, 造成其

成形极限实验测试的难度高、 工作量大[7] 。 而且材料

在高温变形时, 在颈缩后仍有较大的变形才会发生破

裂, 通过破裂点表征成形极限的传统方法会给成形极

限的测试带来较大的误差。 成形极限的理论计算是获

取成形极限的高效且低成本的方法。
常见的高温成形极限理论计算方法包括损伤模

型和 M-K 理论[8-9] 。 损伤模型是将损伤因子添加到

材料模型中, 当损伤达到一定数值后即认为材料发

生失稳[10] 。 Li
 

F
 

F 等[11]通过改进的韧性断裂准则和

Logan-Hosford 屈服准则对 22MnB5 钢进行了 800
 

℃
下的成形极限预测, 并与实验进行了对比。 Ying

 

L
等[12]通过 GNT 损伤模型对 22MnB5 钢在 700

 

℃下的

成形极限进行了预测。 Lin
 

J
 

G 等[10] 通过连续损伤

模型建立了铝合金在热冲压条件下的成形极限预测

模型, 并与变形温度为 350℃ 和应变速率为 1. 0
 

s-1

条件下的实验数据进行了对比。 与损伤模型忽略了

材料在变形初始时刻的微观缺陷不同, M-K 理论认

为变形材料在初始时刻便存在一定的缺陷, 并将这

些缺陷假设为均匀母材中的沟槽 (图 1), 在缺陷区

(图 1 中 b 区) 与母材区 (图 1 中 a 区) 几何协调

关系以及材料硬化的作用下, 材料的缺陷区和母材

图 1　 M-K 理论示意图

Fig. 1　 Schematic
 

diagram
 

of
 

M-K
 

theory

区可以在一定程度上协调变形, 当变形达到一定量

后, 这种亚稳定的变形被打破, 缺陷区变形快速增

大, 颈缩缺陷产生[13] 。 Wang
 

N 等[9] 通过 M-K 理论

和连续损伤模型对 7075 铝合金在变形温度为 200 ~
480

 

℃ 、 应变速率为 0. 1 ~ 10
 

s-1 条件下的成形极限

进行了计算, M-K 理论预测结果与实验结果的误差

相对更小。 Chen
 

J
 

S 等[14] 通过 M-K 理论对 22MnB5
钢的高温成形极限进行计算, 并分析了不同变形温

度和应变速率对成形极限的影响。 随着应变速率的

提高, 22MnB5 钢的成形极限逐渐提高。 Wang
 

L
 

L
等[15]将铝合金粘塑性本构模型与 M-K 理论耦合,
建立了一套 Viscoplastic-Hosford-MK 模型, 并进行了

铝合金在热冲压工艺中不同变形温度和应变速率下

的成形极限预测。 目前, 在高温成形极限预测方面

的研究较少, 且多集中于高强钢、 铝合金等, 金属

间化合物的高温成形极限预测的研究较少。 通过 M-
K 理论进行成形极限预测的研究多采用忽略微观组

织演变的传统唯象本构模型, 以 Ti2AlNb 合金为代

表的高温结构材料在成形过程中有复杂的微观组织

演变, 材料的力学性能会随着微观组织的演变而发

生变化, 进而会影响材料的成形极限。 因此, 在对

具有复杂组织演变的材料的高温成形极限进行预测

时, 有必要将微观组织演变的影响考虑进成形极限

预测模型中。

1　 基于内变量的M-K 理论高温成形极限
预测方法

　 　 如图 1 所示, M-K 理论假设板材在变形的初始

时刻存在一定的缺陷, 板材物理模型的空间坐标系

方向用图 1 中箭头指向 1、 2、 3 表示, tb、 ta 分别为

缺陷区和母材区的厚度。 缺陷大小用初始厚度不均

匀度 f0 表示, f0 = tb0 / ta0, tb 0 和 ta 0 为缺陷区与母材

区的初始厚度。 在变形过程中, 以方向矢量 1、 2、
3 表示板材两区域在该方向上所受应力 (如 σ1a、
σ1b) 和应变 (如 ε1a、 ε1b )。 母材区和缺陷区满足

一定的应力和应变协调关系[9,14] :
ε1a = ε1b

 (1)
 

σ1a ta = σ1b tb (2)
 

　 　 假设板材在变形过程中满足体积不变原理, 则

三向主应变的增量 dε1、 dε2、 dε3 满足以下关系:
dε1 + dε2 + dε3 = 0 (3)

　 　 随着变形的进行, 当缺陷区应变或应变增量满

足以下条件时, 可以认为板材变形失稳, 颈缩缺陷

产生[14] :
dε1b

dε1a
≥ k

 

(4)

ε1b

ε1a
≥ k (5)

 

式中: k 为失稳判断 (颈缩) 的阈值, 这里取值为 10。
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板材在变形过程中, 随着变形量的增加, 厚度

不均匀度 f
 

逐渐减小, 直至板材发生颈缩。 因此,
在某一变形时刻的厚度不均匀度也可以作为变形稳

定因子来衡量板材稳定变形的能力:

f =
tb

ta

=
σ1a

σ1b
(6)

　 　 当板材的变形稳定因子小于一定阈值时, 可以判

定板材发生失稳。 当满足体积不变原理及变形区与母

材区的应变协调关系时, 式 (7) 与式 (5) 等价。

f =
σ1a

σ1b
< K f (7)

 

式中: K f 为不同壁厚均匀度下失稳判断的阈值。
在高温成形过程中, 母材区与缺陷区的应变和

应变速率不同, 且由于塑性应变产生的温升导致两

区存在一定的温度差异。 因此, 两区应力存在一定

的差异:
σ1b = σ1a + dσ1 (8)

式中: dσ1 为两区域的应力差。
随着变形的进行, 两者的应力差逐渐增加, 材

料变形稳定因子逐渐减小, 直到材料发生失稳。 板

材在失稳前所能达到的变形能力与两区应力差的变

化有关。 两区应力差 dσ 可以表示为:

dσ = ∂σ
σε

dε + ∂σ
σε·

dε· + ∂σ
σT

dT (9)

其中,应力、应变、应变速率和温度之间的关系可用以

下函数关系式表示:
∂σ
∂ε

= f(ε,ε·,T) (10)

∂σ
∂ε·

= g(ε,ε·,T) (11)

∂σ
∂T

= h(ε,ε
·

,T) (12)

式中: σ 为应力; ε 为应变; ε· 为应变速率;
 

T 为变

形温度; f ()、 g ()、 h () 为与 ε、 ε·、 T 有关的

函数。
 

因此, 在高温成形极限预测时, 所采用的本构

方程不仅要对特定温度、 应变速率和应变下的应力

大小进行准确地描述, 还需要对式 ( 10 ) ~ 式

(12) 进行准确描述, 这是预测结果准确的必要条

件。 对于 Ti2AlNb 合金这类难变形材料, 其在高温

变形时涉及到复杂的组织演变, 变形会促使微观组

织发生转变, 而微观组织的转变又反过来影响材料

流动应力的变化。 在描述高温变形行为时常用的唯

象本构方程忽略了材料在变形过程中微观组织的演

变和微观组织对力学性能的影响, 仅仅通过唯象的

方程对材料的流动应力与变形温度、 应变和应变速

率的关系进行描述。 通过应变硬化指数 n 和应变速

率硬化指数 m 或其变化形式来描述应力随应变或应

变速率的变化, 应变硬化指数 n 和应变速率硬化指

数 m 一般作为常数或与温度相关的参量, 这给成形

极限计算带来较大的误差。 基于内变量的本构模型由

于考虑了变形过程中变形温度、 应变和应变速率对微

观组织的影响, 以及微观组织演变导致的流动应力的

改变, 因此, 相对于传统的唯象本构方程, 其对材料

变形过程中的流动应力和流动应力的演变描述更加准

确。 本文将基于内变量的粘塑性本构方程式 (13) [16]

应用于 Ti2AlNb 合金高温成形极限的计算, 该模型考

虑了变形过程中的位错密度、 晶粒尺寸、 损伤等微观

组织参量的演变及其对流动应力的影响。

ε·p,O =
σ / (1 - D) - H - σ0, O

λKB2 / β(1 - ζfOω)
é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú

n

(d
-
) -μ

ε·p,B2 / β =
σ / (1 - D) - H - σ0, B2 / β

KB2 / β(1 - ζfOω)
é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú

n

(d
-
) - μ

H = Bρ- 0. 5

fB2 / β = 1 - ψ1exp[ψ2(TT,B2 / β - T)]
fO = ψ3exp[ψ4(TT,O - T)]
fα2

= 1 - fO - fB2 / β

ε·p = fB2 / βε
·

B2 / β + fOε
·

O

S
·

=
q1[xρ- - ρ- c(1 - S)](1 - S) q2ε·q3

p

d
-

ρ- c = q4ε
·q5

p

x· = q6(1 - x)ρ-

ρ-
·

= Aε·δ
p· ε·p - k1ρ

-ε·δ1
p · ε·p - k2ρ

- δ2 -

　 　 　 　 　 [k3ρ
- / (1 - S)]S

·

d
-
·

= α1d
- -γ1 + α2ε

·
pd
- -γ2 - α3S

·γ3d
- γ4

ω· = χ
1(1 - ω) + (1 - ω)χ2ε

·χ
3

p

T
·
= ησ
Cvd

ε·p - λ′ΔT

D
·
= η1(1 - D)ε·d1

p + η2ε
·d2

p exp(η3εp) - η4D
σ = E(1 - D)(1 - ζfOω)(εT - εp)

ì

î

í

ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï

ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï

(13)
式中: εp 和塑性应变; ε·p 为塑性应变变化率; ε·p,0、
ε·p,B2 / β 分别为 O 相、 B2 / β 相塑性应变变化率; σ 为
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应力; D 为损伤值; H 为等向硬化变量; B 为材料

常数; ρ- 为位错密度; σ0,O 和 σ0,B2 / β 分别为 O 相和

B2 / β 相的临界应力; KB2 / β 为 B2 / β 相的塑性变形常

数; ζ 为晶粒球化软化因子; ω 为 O 相的球化分数;
fB2 / β、 fO 和 fα2

 分别为 B2 / β 相、 O 相和 α2
 相的相含

量; d- 和 d 分别为相对晶粒尺寸和初始晶粒尺寸;
ψ1、 ψ2、 ψ3、 ψ4 为相变计算时使用的材料常数;
TT,B2 / β 和 TT,O 分别为相变

 

α2 B2 / β
 

和 O B2 / β
 

的相变点; ε·B2 / β 和 ε·O 分别为 B2 / β 和 O 相的应变

速率; ΔT 为塑性变形导致的温升; S 为动态再结晶

分数; q1、 q2、 q3、 q4、 q5、 q6 为材料常数, 用以计

算再结晶分数; x 为再结晶孕育百分比; A 为描述位

错增加过程的材料参数; S
·

、 T
·

分别对应 S、 T 参量

的变化率; χ
1、 χ

2 和 χ
3 为温度相关参数, 用以计算

球化率; η、 η1、 η2 和 η3 为与温度相关的材料参数;
η4 为与温度和应变相关的常数; E 为材料弹性模量;

εT 为总变形量; ρ- c 为材料变形产生的位错密度; λ、
λ′、 Cv 和 k1 ~ k3、 δ、 δ1、 δ2 为计算局部温升和材料

位错增殖的材料系数; α1 ~ α3 和 γ1 ~ γ4 为用以计算

晶粒尺寸变化的材料常数。
定义 φ 为等效应力与第 1 主应力之比, ϕ 为第

2 主应力与第 1 主应力之比, θ 为第 2 主应变增量与

第 1 主应变增量之比, β 为等效应变增量与第 1 主

应变增量之比。 即:

φ =
σi

σ1
(14)

ϕ =
σ2

σ1
(15)

θ =
dε2

dε1

=
ε·2

ε·1

(16)

β =
dεi

dε1

=
ε·i

ε·1

(17)

式中: σi、 εi 分别为等效应力和等效应变; σ1、 ε1

则为矢量方向的应力和应变; σ2、 ε2 为矢量方向 2
的应力和应变。

四者之间的关系与屈服准则的选择有关, 为了

比较屈服准则对成形极限形态的影响, 本文选用了

各向同性的 Mises 屈服准则, 各向异性的 Hill48 屈

服准则、 Hill79 屈服准则以及 Barlat89 屈服准则进

行了高温成形极限的计算。
Ti2AlNb 合金基于内变量的 M-K 理论高温成形

极限计算模型包括 3 部分: (1) M-K 理论母材区-

缺陷区几何协调关系; (2) 屈服准则; (3) 基于微

观组织内变量的本构方程。 Ti2AlNb 合金高温成形

极限计算流程图如图 2 所示。 其中, Sa、 Sb 为内变

量集合, 指代式 (13) 中内变量材料常数的数值;
ε·a、 ε·b 分别为 a 区和 b 区的应变速率; Δε1a、 Δε1b、
Δε2a、 Δε2b、 Δε3a、 Δε3b 分别为 a 区和 b 区在 3 个方

向的应变增量; θb、 ϕb、 φb、 βb 分别为式 (14) ~式

(17) 中参量在 b 区的数值。 在变形计算过程中,
随着变形量的增加, 变形参量累加的同时, 对模型的

微观组织内变量参数进行累加, 并根据微观组织和变

形参数计算材料的流动应力。

图 2　 Ti2 AlNb 合金高温成形极限计算流程

Fig. 2　 Calculation
 

flow
 

of
 

forming
 

limit
 

at
 

high
 

temperature
 

for
 

Ti2 AlNb
 

alloys
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在双拉应变区, 沟槽与应变主轴角度对成形极

限的影响可以忽略[14] , 本文在计算中忽略沟槽角度

的影响, 采用的初始非理性因子为 0. 998。

2　 Ti2AlNb 合金高温成形极限的影响

因素分析

　 　 在不同的变形温度和应变速率下, 计算所采

用的屈服准则不同, 成形极限的计算结果有明显

的差异。 如图 3 所示, 分别为采用不同的屈服准

则计算获得的在变形温度为 950
 

℃ 和应变速率为

0. 001
 

s-1 以及变形温度为 985
 

℃ 和应变速率为

0. 1
 

s-1 条件下的成形极限图。 在高温成形极限计

算时, 采用不同的屈服准则对成形极限计算结果

的影响显著, 且不同的屈服准则下的成形极限计

算结果的差异随着应变比的增加而增加, 因此,
在高温成形极限计算时, 应合理地选择屈服准

则。

图 3　 不同变形条件下采用不同屈服准则的预测结果

(a) 变形温度为 950
 

℃ ,
 

应变速率为 0. 001
 

s-1 　 (b) 变形温度为 985
 

℃ ,
 

应变速率为 0. 1
 

s-1

Fig. 3　 Prediction
 

results
 

of
 

different
 

yield
 

criterias
 

under
 

different
 

deformation
 

conditions

(a)
 

Deformation
 

temperature
 

of
 

950
 

℃ ,
 

strain
 

rate
 

of
 

0. 001
 

s-1 　 (b)
 

Deformation
 

temperature
 

of
 

985
 

℃ ,
 

strain
 

rate
 

of
 

0. 1
 

s-1

　 　 在 950 ~ 985
 

℃变形温度区间, 在不同的应变速

率和屈服准则下, 随着变形温度的提高, 材料的成

形极限均逐渐提高。 采用 Hill79 屈服准则计算的应

变速率为 0. 001
 

s-1 条件下的不同变形温度的成形极

限和采用 Barlat89 屈服准则计算的应变速率为 0. 01-1

条件下的不同变形温度的成形极限如图 4 所示。

图 4　 不同变形温度及不同屈服准则下的成形极限预测结果

(a) 应变速率为 0. 001
 

s-1 , Hill79 屈服准则　 (b) 应变速率为 0. 01-1 , Barlat89 屈服准则

Fig. 4　 Forming
 

limit
 

prediction
 

results
 

of
 

different
 

deformation
 

temperatures
 

and
 

yield
 

criterias

(a)
 

Strain
 

rate
 

of
 

0. 001
 

s-1
 

,
 

Hill79
 

yield
 

criteria　 (b)
 

Strain
 

rate
 

of
 

0. 01-1 ,
 

Barlat89
 

yield
 

criteria

　 　 Ti2AlNb 合金板材在高温成形时, 应变速率的

变化会对板材的成形极限有显著的影响。 分别计算

了不同变形温度和采用不同屈服准则条件下应变速

率对成形极限的影响规律, 当应变速率从 0. 001
 

s-1 提
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高至 0. 01
 

s-1 时, Ti2AlNb 合金板材的成形极限略有

提高, 而当应变速率提高至 0. 1
 

s-1 时, 板材的成形

极限显著提高。 如图 5 所示, 分别为 950 和 970
 

℃
温度下采用 Barlat89 和 Hill79 屈服准则获得的成形

极限随应变速率的变化。 当应变速率提高至 0. 1
 

s-1

时, 材料的成形极限显著提高, 这是由于材料应变

速率提高到 0. 1
 

s-1 时, 材料的变形机制发生变化,
导致材料的流动应力的演变规律发生转变。 在铝合

金高温成形极限测试时, 也发现成形极限随应变速

率提高而提高的现象[5,
 

17-18] 。

图 5　 不同应变速率和不同屈服准则下的成形极限预测结果

(a) 变形温度为 950
 

℃ , Barlat89 屈服准则　 (b) 变形温度为 970
 

℃ , Hill79 屈服准则

Fig. 5　 Forming
 

limit
 

prediction
 

results
 

of
 

different
 

strain
 

rates
 

and
 

yield
 

criterias
(a)

 

Deformation
 

temperature
 

of
 

950
 

℃ ,
 

Barlat89
 

yield
 

criteria　 (b)
 

Deformation
 

temperature
 

of
 

970
 

℃ , Hill79
 

yield
 

criteria

　 　 根据等效应力与 1 方向应力的关系, 式 ( 7)
可以改写为:

f =
σia

φa

φb
σib

(18)

式中: σia、 σib 分别为 a、 b 两区的等效应力; φa、
φb 为描述缺陷区几何特征的参量。

φa

φb
与缺陷区的几何结构有关, 在任一变形瞬间,

可以将其看作常数。 当板材继续发生微小变形量的

变形时, 变形稳定因子转变为:

f =
σia + Δσia

φa

φb
(σib + Δσib)

 

(19)

　 　 忽略变形导致的温升, 板材在恒应变速率变形

时, 在 a 区和 b 区的等效应力增量 Δσia 和 Δσib 分

别可以表示为:
Δσia = Δσn

ia (20)
Δσib = Δσn

ib + Δσm
ib

 (21)
式中: Δσn

i 和 Δσm
i 分别为应变和应变速率增加导致

的两区等效应力增量, 下标用来区别 2 个区域。 其

中:

Δσn
i =

∂σi

∂ε
Δε (22)

Δσm
i =

∂σi

∂ε·
Δε· (23)

　 　 则变形稳定因子可以改写为:

f =
σia + Δσia

φa

φb
(σib + σia + Δσib - Δσia)

(24)

　 　 当材料变形临近失稳时, 有:
εb > εa (25)

ε·b > ε·a (26)
　 　 Δσib -Δσia 影响着变形稳定因子的变化, 在恒

应变速率变形时, 其可以表达为:
Δσib - Δσia = (Δσn

ib - Δσn
ia) + Δσm

ib > 0 (27)
　 　 Ti2AlNb 合金在高温变形时, 应变速率硬化占

主导, 降 低 了 应 变 硬 化 效 果, 即 降 低 ( Δσn
ib -

Δσn
ia), 可以减缓变形稳定因子的降低, 提高板材稳

定变形的能力, 特别地, 当板材发生应变软化, 即

(Δσn
ib -Δσn

ia) <0 时, 可以进一步降低变形稳定因子

的降低趋势, 有利于板材的稳定变形。 因此, 在高

温变形时, 应变软化有利于提高材料的成形极限。
分别通过应变速率硬化指数 m 和应变硬化指数

n 来表征板材在变形过程中的流动应力与应变速率

和应变的关系, 分析了应变硬化指数 n 的变化对成

形极限的影响。 图 6 为 m 为 0. 2、 应变比为 1 时,
通过 M-K 理论计算的成形极限 (长轴应变) 随应变
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硬化指数 n 的变化。 如图 6 所示, 最低的成形极限

出现在应变硬化指数 n 为 0. 05 时, 当应变硬化指数

n<0. 05 时 (即 n 显著小于应变速率硬化指数 m 或

发生应变软化时), 板材的成形极限随着 n 值的降

低而提高。 当应变硬化指数 n 超过 0. 05 时 (即 n 接

近或超过应变速率硬化指数 m 时), 板材成形极限

随着 n 值的增加而增加。 在 Ti2AlNb 合金板材高温

成形时, 应变速率硬化占主导, 并且会发生应变软

化现象, 随着应变软化现象的提高, 板材的成形极

限提高。 合金在变形过程中的应变软化有利于提高

材料的成形极限。

图 6　 m= 0. 2 时等双拉状态下成形极限随应变硬化指数 n 的变化

Fig. 6　 Variation
 

of
 

forming
 

limit
 

with
 

strain
 

hardening
 

exponent
 

n
 

under
 

equal
 

biaxial
 

tension
 

strain
 

condition
 

at
 

m= 0. 2

图 7 为本文成形极限计算所采用的本构模型在

950
 

℃下的真应力-真应变曲线, 如图 7 所示, 随着

应变速率的提高, 材料的应变软化效果逐渐增强。
并通过 n 值对材料在不同应变速率下的软化效果进

行了表征, 其在 0. 001、 0. 01 和 0. 1
 

s-1 应变速率下

的 n 值分别为-1. 44, -0. 06, -0. 04。 根据上文的

分析, 当材料在高应变速率下变形时, 由于应变软

化效果更加明显, 可以获得更高的成形极限。

图 7　 950
 

℃时不同应变速率下流动应力曲线

Fig. 7　 Flow
 

stress
 

curves
 

under
 

different
 

strain
 

rates
 

at
 

950
 

℃

在高温成形时, 高的成形极限值并不意味着构

件可以进行更大的变形量。 在工艺设计时, 一方面

要保证材料的变形在其成形极限范围内, 另一方面

要考虑应变速率硬化和应变软化 / 硬化对成形件变形

均匀性的影响。 虽然 Ti2AlNb 合金在高应变速率下

具有更高的成形极限, 但是其在变形过程中显著的

应变软化导致成形件的壁厚均匀性差, 变形更加集

中, 反而可能降低构件整体的成形能力。

3　 Ti2AlNb 合金板材高温成形极限测试

　 　 高温成形极限测试采用了哈尔滨工业大学流体

高压成形技术研究所自主搭建的成形极限测试装置

图 8　 高温成形极限测试装置及模具实物图

Fig. 8　 Physical
 

drawings
 

of
 

high
 

temperature
 

forming
 

limit
 

test
 

device
 

and
 

dies
 

(图 8), 该装置以气体作为压力加载介质进行不同

成形条件下的胀形实验, 避免了在成形极限测试时

摩擦力对成形极限的影响。 该装置在高压气胀成形

平台上搭建, 该平台包括可进行压力实时测量和控

制的压力加载系统、 温度实时测量和控制的加热系

统以及可实现不同应变路径的胀形模具。 该装置可

以精确地控制胀形的温度和胀形压力, 并且可以在

胀形过程中实时调节压力, 实现所需的压力加载路

径。 在成形极限测试时, 通过电阻加热炉将成形模

具的温度升高至成形极限测试温度, 并通过温度测

量和控制系统对模具温度进行多点监控, 保证其温

度恒定在成形极限测试温度, 随后放入待测板材,
待温度稳定后进行 15

 

min
 

保温。 保温结束后, 通过

压力机对模具施加合模力, 使板材法兰处发生一定

的塑性变形, 实现胀形过程中气体的密封, 随后通
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过压力加载系统控制气体压力加载路径, 实现板材

恒应变速率胀形。
由于在 Ti2AlNb 合金热态气压成形中, 材料变

形主要为不同应变比的双向拉应变, 因此, 本装置

通过特定的模具型腔的短轴和长轴的比值使板料在

自由胀形时的顶点处近似保持恒定应变比双拉变形。
设计模具的长轴尺寸为 60

 

mm, 短轴尺寸为 60、
45、 30 和 15

 

mm, 在成形极限测试中, 通过更换胀

形模具来实现应变比为 1、 0. 75、 0. 5 和 0. 25 的恒

应变路径胀形。 Ti2AlNb 合金的热态气压成形的最

佳变形温度为 950 ~ 1000
 

℃ , 其中 985
 

℃为 Ti2AlNb
合金薄壁构件成形的典型温度, 在该温度下合金具

有较好的成形性能。 此外, 在 Ti2AlNb 合金薄壁构

件的热态气压成形中, 应变速率 0. 01
 

s-1 为构件成

形中较为典型的应变速率, 因此, 选择变形温度为

985
 

℃
 

和应变速率为 0. 01
 

s-1 作为 Ti2AlNb 合金高

温成形极限测试条件并对计算模型进行验证。 板材

在变形过程中的内压采用压力控制系统进行控制, 压

力控制精度为±0. 05
 

MPa。 在板材胀形过程中, 通过

控制气压的变化来使胀形件顶点的应变速率保持恒

定。 气压加载路径由式 (28) 计算获得[19] :

P =
2s0σi(1 +

a′b2
0

a2
0

)

b0 1 - a′ + a′2

(2 - a′)ε·τ

exp(2 1 - a′ + a′2 )
·

　 exp(
- 3ε·τ

2 1 - a′ + a′2
)

a′ = 0. 5[1 + exp(1 -
a0

b0
)]

ì

î

í

ï
ï
ï
ï
ïï

ï
ï
ï
ï
ïï

(28)

式中: a0 和 b0 分别为胀形件的长短轴尺寸; a′为形

状尺寸特征参量, 用以表示胀形最高点的最大主应

力与最小主应力比值; s0 为初始壁厚; τ 为胀形时

间; P 为胀形压力。
通过式 (28) 计算获得的压力加载曲线如图 9

所示。 在胀形初始阶段, 胀形压力逐渐提高, 当胀

形压力达到最大值后, 随着变形的持续, 胀形压力

逐渐降低。
采用测量和计算成形件破裂后变形量的方式来

获得成形极限。 在成形极限测试前, 需要对 Ti2AlNb
合金板材进行表面处理, 去除板坯表面存在的划痕

等缺陷, 防止缺陷导致板材提前破裂, 同时要保证

板坯各处的壁厚均匀性。 对表面处理过的板材进行

图 9　 变形温度为 985
 

℃和应变速率为 0. 01
 

s-1 时

不同应变比下的胀形压力加载路径

Fig. 9　 Bulging
 

pressure
 

loading
 

paths
 

under
 

different
 

strain
 

ratios
 

at
 

temperature
 

of
 

985
 

℃
 

and
 

strain
 

rate
 

of
 

0. 01
 

s
 -

 

1

表面网格印制, 网格的印制采用电化学的方法, 电压

为 24
 

V, 电流为 3
 

A。 印制的网格采用方形网格, 网

格的尺寸为 1
 

mm×1
 

mm。
通过实验获得的成形极限点和采用 Hill79 屈服

准则计算获得的成形极限点对比如图 10 所示。 在该

成形条件下, 计算获得的成形极限与实验点的一致

性较好。 通过理论计算获得的成形极限整体上小于

实验测得的成形极限, 这是由于, 本文建立的成形

极限预测方法是以板材的颈缩作为材料失稳的判断

点, 而实验测试获得的成形极限点为板材发生破裂

后测量获得的最大应变点。 在高温变形时, Ti2AlNb
合金在发生颈缩后不会马上发生破裂, 仍然具有一

定的持续变形能力, 导致实验测得的成形极限点

偏高。

图 10　 变形温度为 985
 

℃和应变速率为 0. 01
 

s-1 时通过 Hill79
屈服准则获得的成形极限与实验获得的成形极限对比

Fig. 10　 Comparison
 

of
 

forming
 

limit
 

between
 

obtained
 

by
 

Hill79
 

yield
 

criterion
 

and
 

experiment
 

at
 

temperature
 

of
 

985
 

℃
 

and
 

strain
 

rate
 

of
 

0. 01
 

s-1
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4　 结语

本文分析了通过 M-K 理论预测板材高温成形极

限时, 材料模型所需满足的必要条件; 并通过基于

内变量的 Ti2AlNb 合金本构方程将材料变形中微观

组织的演变以及微观组织演变对力学性能和成形性

能的影响引入到 M-K 理论中, 建立了 Ti2AlNb 合金

基于内变量的 M-K 理论高温成形极限计算模型。 计

算了 Mises 屈服准则、 Hill48 屈服准则、 Hill79 屈服

准则以及 Barlat89 屈服准则这 4 种不同的屈服准则

下的高温成形极限, 屈服准则的选择对高温成形预

测结果有显著的影响。 在双拉应变区, 不同屈服准

则计算的结果差异随着应变比的增大而增大。 对

Ti2AlNb 合金板材在不同成形条件下的成形极限预

测表明, 随着变形温度的提高, 合金的成形极限提

高。 当应变速率由 0. 001
 

s-1 提高至 0. 01
 

s-1 时, 合

金成形极限的变化不大, 而当应变速率提高到

0. 1
 

s-1 时合金的成形极限显著提高。 在 Ti2AlNb 合

金板材高温变形过程中, 应变软化有利于提高材料

的成形极限。 通过实验的方法进行了变形温度为

985
 

℃和应变速率为 0. 01
 

s-1 条件下的恒应变速率

成形极限测试, 采用该模型理论预测的成形极限与

实验测得的成形极限的一致性良好。
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