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6061­T651 铝合金薄板接头的焊接变形 

叶延洪，何 静，蔡建鹏，孙加民，邓德安 

(重庆大学 材料科学与工程学院，重庆  400044) 

摘 要：基于有限元软件  ABAQUS，开发可同时考虑材料非线性、几何非线性和移动热源的热−弹−塑性有限元 

计算方法来模拟焊接过程中的热−力学耦合行为。以 3 mm厚的 6061­T651铝合金薄板 TIG焊单道重熔和MIG对 

接接头为例，模拟分析焊接过程中的温度场、残余应力和焊接变形。同时，采用实验方法测量两种焊接接头的横 

向收缩和面外变形。结果表明：数值计算所得到的横向收缩、角变形与实验测量结果十分吻合，验证所开发的有 

限元计算方法的有效性。此外，基于数值模拟结果和实验结果验证了铝合金薄板焊接接头面外变形的形成机理。 
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Welding deformations of 6061­T651 Al alloy thin­plate joints 

YE Yan­hong, HE Jing, CAI Jian­peng, SUN Jia­min, DENG De­an 

(College of Materials Science and Engineering, Chongqing University, Chongqing 400044, China) 

Abstract: Based on the commercial software ABAQUS, a thermo­elastic­plastic finite element method (T­E­P FEM) was 

developed  in  consideration  of material  nonlinearity,  geometrical  nonlinearity  and  moving  heat  source  to  simulate  the 

thermo­mechanical  behavior  during  welding  process.  The  welding  temperature  fields,  residual  stress  distribution  and 

deformation  in  a  thin­plate  bead­on  joint  performed  by TIG  welding  process  and  those  in  a  butt  joint  with V­groove 

welded by MIG welding process were simulated. Meanwhile, the transverse shrinkages and out­of­plane deformations in 

thin­plate welded joints were measured by experiments. The transverse shrinkages and the out­of­deformations simulated 

by the T­E­P FEM are in good agreement with the measured data, and the effectiveness of the developed computational 

approach was verified by experiment. In addition, the formation mechanisms of out­of­plane deformation in thin­plate Al 

alloy joints were clarified based on the numerical and experimental results. 
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随着交通运输领域对降低能耗的要求越来越高， 

运输工具的轻质化设计与制造越来越受到重视。铝合 

金、镁合金及高强钢等轻量化结构材料正在逐步取代 

传统的结构材料如低碳钢。铝合金由于其优越的综合 

力学性能、良好的抗腐蚀能力和较好的加工性能，在 

交通工具中得到越来越广泛的应用 [1] 。与此同时，交 

通工具中铝合金结构的焊接问题也受到越来越多的关 

注 [2−3] 。 

与钢铁材料相比，铝合金的导热系数大、弹性模 

量低以及热膨胀系数大，因此，铝合金构件在焊接过 

程中更容易产生较大的变形 [4] 。焊接变形不仅会降低 

结构的制造精度， 而且在工作载荷的作用下还会引起附 

加弯矩，从而造成结构早期失效。此外，矫正焊接变 

形不仅需要有熟练的技能，而且还会增加工时和制造 

基金项目：重庆市自然科学基金资助项目 CSTC(2010BB4060) 
收稿日期：2013­12­18；修订日期：2014­07­20 
通信作者：邓德安，博士，教授；电话：023­65122079；E­mail: deandeng@cqu.edu.cn



中国有色金属学报  2014 年 10 月 2436 

成本。因此，如何有效地控制和减小焊接变形是铝合 

金构件在焊接装配制造过程中一个亟待解决的问题。 

随着计算机技术和计算焊接力学理论的日臻成 

熟，采用数值模拟方法研究焊接过程中复杂的热−力− 
冶金耦合行为已经成为可能。焊接数值模拟技术的出 

现，推动焊接生产朝着“理论→数值模拟→生产”模 

式的方向发展转变；焊接数值模拟技术的发展，使焊 

接技术正在发生着由“经验”到“科学” 、 “定性”到 

“定量”的飞跃 [5] 。ASLE等 [6] 采用数值模拟方法研究 

了铝合金 T 型接头的焊接变形。王蕊等 [7] 采用数值方 

法研究铝合金 5A12 薄板 TIG 焊接的热过程、焊接残 

余角变形和纵向残余应力。近年来，数值模拟方法在 

铝合金焊接变形预测方面初步取得一些令人鼓舞的成 

果。 

本文作者以  ABAQUS 为平台，开发了可以同时 

考虑材料非线性、几何非线性和移动热源的热−弹−塑 

性有限元计算方法，利用该方法模拟板厚为 3  mm的 
6061­T651铝合金板在TIG重熔和MIG对接焊条件下 

的温度场、残余应力和焊接变形。同时，本文作者采 

用实验手段测量铝合金薄板接头的焊接变形，通过计 

算结果和实验结果的比较，验证所开发数值计算方法 

的有效性，并详细讨论薄板焊接接头面外变形的形成 

机理。 

1  实验 

1.1  焊接实验 

为了研究铝合金薄板焊接变形的特征，分别采用 
TIG和MIG焊接方法对 6061­T651铝合金薄板进行了 

单道重熔和对接焊实验。 TIG重熔(案例 1)试板尺寸为 
300 mm×300 mm×3 mm； MIG对接焊(案例 2)两块试 

板尺寸均为 300 mm×150 mm×3 mm，坡口为 60°的 
V型坡口，钝边为 1 mm。在MIG焊中，填充焊丝为 
ER5356，其直径为  1.6  mm。为了较精确地测量  TIG 
重熔试板的横向收缩，本研究中采用相同焊接参数重 

复做两组实验。 

在各接头焊接之前，分别在试板两端放置尺寸为 
100 mm×50 mm×3 mm的引弧板和熄弧板。TIG焊 

合MIG焊的焊接参数如表1所列。 在整个焊接过程中， 

焊接试板没有外部拘束，焊接完成后，采用钢锯锯掉 

引弧板和熄弧板。 

1.2  焊接变形测量 

为了测量薄板焊接过程中的横向收缩，预先在焊 

接试板(TIG重熔试板)焊缝两侧钻了 6个(三对)直径为 
2 mm的通孔 [8] ，通孔位置如图 1所示。在焊接前，采 

用游标卡尺测得上下表面每对孔的初始距离  L1,  …, 
L6，焊后再测得变形后的距离  1 L′ ,  …,  6 L′ ，则可得到 

横向收缩 

) 6 , , 1 (  L = ′ − =  i L L  i i i δ  (1) 

式中：i=1, 2, 3为上表面；i=4, 5, 6为下表面。 

表 1  TIG焊与MIG焊的焊接工艺参数 

Table 1  Parameters used in TIG welding and MIG welding 

Case 
No. 

Welding 
process 

Current/ 
A 

Voltage/ 
V 

Speed/ 
(mm∙s −1 ) 

1  TIG  180  15  6 

2  MIG  100  15  5 

图 1  横向收缩测量位置 
Fig.  1  Measuring  positions  for  transverse  shrinkage  (Unit: 
mm) 

图 2  焊接接头及焊后的变形形态 
Fig. 2  Weld joints and their deformations after welding
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焊接变形如图 2 所示，从图 2 中可以看出，两个 

焊接接头均产生了明显的面外变形。前者为反马鞍形 

变形，横向为凹变形，纵向为凸变形，即凹−凸型变 

形模式；后者是马鞍形变形，横向为凸变形，纵向为 

凹变形，即凸−凹型变形模式 [9] 。 

为精确地测量焊接接头的面外变形，采用精度为 
0.03 mm的 ROMER INFINITE 2.0三维坐标测量仪在 

薄板上表面测量了  49  个点的空间坐标，并采用 
MATLAB软件绘制出三维变形图。 

2  有限元分析 

本研究建立的三维有限元模型与实际焊接试件尺 

寸一致。这里，以对接接头为例介绍有限元模型，有 

限元模型机网格划分如图 3 所示。为了兼顾计算精度 

和计算时间，在焊缝及其附近网格划分得较细密，远 

离焊缝区域的网格划分得相对稀疏。TIG 重熔模型的 

节点数为 26741，单元数为 20160；MIG 焊对接接头 

模型的节点数为 33638，单元数为 28080。温度分析使 

用的单元类型为  DC3D8，应力计算则采用  C3D8R 
单元 [10] 。 

图 3  对接接头有限元模型及力学边界条件 

Fig. 3  FEM model and mechanical boundary conditions 

2.1  热源模型与温度场计算 

在电弧焊过程中，三维有限元模型内部传热可用 

下式来描述： 
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式中：  i λ  (i=x,  y,  z)、T、QArc、 ρ 和  p c  分别表示热导 

率、当前温度、内部发热率、密度以及定压比热容。 

假定母材及焊缝金属均是各向同性材料，因此，3 个 

方向的热导率相同，即 λ λ λ λ = = =  z y x  。 

铝合金的热物理性能参数随温度变化的关系曲线 

如图  4 [11−13] 所示。由于焊缝金属与母材的热物理性能 

差别很小，故假定整个有限元计算模型范围内材料热 

物理性能完全相同 [14] 。 

对  TIG 重熔模型(案例  1)，采用半椭球体热源模 

型 [15] 来模拟电弧的热输入。而对于 MIG 焊模型(案例 
2)，考虑到焊接过程中热量的一部分用于熔化焊丝， 

另一部分用于熔化母材，因此，本研究采用了上、下 

两个半椭球叠加而成的复合热源来模拟焊接热输入 
[8] ，同时假定上、下半椭球的热量分别占总热输入的 
70%和 30%。两种热源模型均为等密度移动热源 [15] ， 

其参数如表 2所列。 

半椭球热源可由下面的方程(3)进行描述 [8] 。 

2 
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式中：v为焊接速度；t为焊接时间；z0 表示热源中心 

在 z方向上的初始位置，取值为 3.0 mm。对 TIG模型 

而言，式(3)只取 z−z0≤0的下半椭球部分；对MIG焊 

模型而言， 当 z−z0≥0时， 为上半椭球， 当 z−z0＜0时， 

为下半椭球。a、b、c分别为热源 x、y、z 3个方向的 

形状参数，计算时采用各参数值如表 2所列。 

等密度体热源的热流密度  v q  可由下式得到： 

H v  /V UI q η =  (4) 

式中：U为电弧电压；I为焊接电流；VH 为热源体积； 
η为电弧效率。 

焊接工件的表面与环境换热主要通过对流与辐射 

两种方式进行。对流换热(qc)遵守牛顿定律 [17] ，可由 

式(5)来表述。 

) (  0 s c c  t t h q − =  (5) 

图 4  6061­T651铝合金的高温热物理性能参数 [11−13] 

Fig. 4  Thermal physical properties parameters of 6061­T651 
alloy at high temperature [11−13] 

Welding line 

Welding 
direction 

Boundary 
condition
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表 2  热源形状参数及电弧效率 

Table 2  Heat sources parameters and arc efficiencies 

Case  a/mm  b/mm  c/mm  η 

1  5.5  5.0  1.0  0.4 [16] 

2  4.0  4.0  cup=0.8 1) 

cdown=0.5 1) 
0.7 [16] 

1)  cup  and  cdown  are  half  axes  of  upper  and  down  ellipsoids 
along z direction, respectively. 

式中：hc 为对流换热系数，hc=30  W/(m 2 ∙℃) [12] ；ts 为 

模型表面温度；t0 为环境温度，设为 20 ℃。 

辐射换热遵守 Stefan­Boltzmann 定律 [17] ，可由式 
(5)来描述。 

  4 
0 

4 
s r  ) 15 . 273 ( ) 15 . 273 ( + + =  T T F q εσ  (6) 

式中：qr 为辐射换热量；ε 为热辐射系数，ε =0.03 [13] ； 
σ 为 Stefan­ Boltzmann 常数；F为形状系数。 

2.2  焊接应力和变形模拟 

焊接应力和变形的计算采用与温度场完全相同的 

有限元模型，只是单元类型不同。将温度计算结果以 

热载荷的形式加载到结构分析模型中对应力−应变进 

行求解。在热−弹−塑性有限元计算中，考虑了材料的 

力学性能随温度的变化，6061­T651 的高温力学性能 

参数如图 5 [11−13] 所示。 

在应力−应变分析中，采用各向同性胡克定律描 

述弹性应力−应变关系；用热膨胀系数来计算焊接过 

程中的热应变；同时假定塑性变形服从 Mises 屈服准 

则。由于焊接过程中高温停留时间较短，蠕变现象也 

不明显，因此，此模型中忽略了蠕变对焊接应力和变 

形的影响。此外，在力学计算模块中，也忽略了固态 

相变的影响。根据以上假设，焊接过程中材料的总应 

变增量由弹性应变增量、塑性应变增量和热应变增量 
3个成分组成，由式(6)描述： 

} d { } d { } d { } d {  th p ε ε ε ε ε + + =  (7) 

式中：  } d {  ε ε 、  } d {  p ε 和  } d {  th ε 分别表示弹性应变增量、 

塑性应变增量和热应变增量。 

材料在较小变形的情况下，应变和位移之间的关 

系可以近视看成线性关系，即小变形理论。如果材料 

的变形较大，则需要用大变形理论才能较精确描述应 

变与位移之间的非线性关系。在大变形条件下，应 

变−位移关系 [10] 可用下述公式描述： 
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图 5  6061­T651铝合金的高温力学性能参数 [11−13] 

Fig.  5  Mechanical  properties  of  6061­T651  alloy  at  high 

temperature [11−13] 
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式中：  x ε 、  y ε 和  z ε 为 x、y、z方向的正应变；  xy γ 、 

yz γ 和  zx γ 为  y x − 、  z y − 和  x z − 平面的切应变；u、v 
和 w分别为 x、 y和 z方向的位移。 从表达式可以看出，
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一阶项是线性关系项，二阶项是非线性关系项。 

由于本研究中采用的铝合金的板厚为  3  mm，因 

此有必要采用大变形理论来进行  TIG  焊(案例  1)和 
MIG 焊(案例  2)的残余应力和变形分析。为了与大变 

形理论的计算结果做比较， 对于 TIG重熔模型， 在此， 

也采用小变形理论进行应力和变形分析(案例 3)。 

由于焊接试验中没有外部拘束，因此，在有限元 

模型中定义的力学边界条件仅仅只是为了防止结构的 

刚体运动，力学边界条件如图 3所示。 

3  数值计算与实验结果对比分析 

3.1  温度场计算结果 

图 6(a)所示为案例 1 在加热过程的温度场分布云 

图。从图  6(a)中看出，熔池的上部较宽，下部较窄， 

其峰值温度约为 710 ℃。熔池范围内的温度梯度比较 

平缓，这主要是由板厚较薄以及铝合金的导热系数较 

大所致。 

图 6(b)比较了两种接头的实际焊缝断面形状与对 

应的模拟结果。图左侧为实际焊缝的断面形状，黑色 

虚线表示熔合线；右侧为模拟得到的熔池形态横断面 

图，灰色部分为峰值温度高于铝合金固相线温度(约 
580 ℃)的区域。从图 6(b)中可以看出，由案例 1和案 

图 6  温度场模拟结果 

Fig. 6  Simulation results of  temperature field: (a) Temperature 

distribution of case 1; (b) Shapes of penetration 

例 2 模拟计算得到的熔池断面与实际焊缝的断面吻合 

较好，这表明通过数值模拟获得的温度场与实际接头 

中的温度分布基本一致。 

需要指出的是，在采用热−弹−塑性有限元来模拟 

焊接过程中热−力学行为时，准确的温度场计算结果 

是获得高精度残余应力和变形的前提，因此，在计算 

过程中合理地选用热源模型、热源参数以及热边界条 

件是非常关键的。 

3.2  焊接变形 
3.2.1  横向收缩 

本研究中只测量了 TIG重熔接头的横向收缩，并 

以此为例来考察横向收缩的分布特征。试板上、下表 

面 6 个位置的横向收缩计算值与实验值如表 3所列。 

案例1的两组实验的横向收缩测量结果均列于表3中， 

可以看出两组实验之间尽管有一些局部差异，不过总 

体上看两者基本吻合。从表 3 中还可以看出，实验 2 
与数值模拟结果更接近，而实验 1下表面(4、5、6点) 
上的值与模拟值相差较大，特别是第 5点，这可能是 

焊缝中存在局部塌陷所致。此外，无论是实验结果还 

是计算结果，上表面的横向收缩比下表面的要大，上 

表面的计算结果与实验结果十分吻合，而下表面的计 

算值比实验值偏小。总体而言，计算结果与实验结果 

基本吻合。 

表 3  横向收缩长度模拟值与实验值的比较 

Table  3  Comparison  of  transverse  shrinkages  length  between 

simulation and experiment 

Shrinkage length/mm 
i 

Experiment 1  Experiment 2  Simulation 

1  0.52  0.45  0.47 

2  0.72  0.74  0.70 

3  0.72  0.65  0.67 

4  0.41  0.42  0.33 

5  0.60  0.40  0.36 

6  0.46  0.37  0.35 

横向收缩的产生机理是，焊缝及其附近的母材在 

加热过程中随温度升高而膨胀，同时，在高温下屈服 

强度降低，材料在膨胀过程中受到相邻较低温度材料 

的约束而产生较大的压缩塑性应变。一般而言，压缩 

塑性应变的分布区域主要在峰值温度高于力学熔点的 

范围内 [18] 。对于铝合金，其力学熔点在 350 ℃左右， 

在此温度以上，材料力学性能(如屈服强度)接近于 0。
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图 7 所示为案例 1中间截面上的表面峰值温度与横向 

塑性应变的分布关系。由图 7 中可以看出，压缩塑性 

应变区域几乎都处于峰值温度高于  350 ℃(即力学熔 

点)的区域内。 

图 7  Case 1中间截面的峰值温度与横向塑性应变 

Fig.  7  Peak  temperature  and  transverse  plastic  strain 

distributions of mid­section in case 1 

3.2.2 面外变形 

案例 1和案例 2的变形图如图 8所示， 其中图 8(a) 
和(b)是根据实际测量得到的三维坐标数据绘制出的 

变形图。图 8(c)和(d)所示为模拟得到的 z 方向位移分 

布云图。比较实验结果和计算结果可知，二者吻合较 

好。此外，还可清楚的看到，案例 1 与案例 2的面外 

变形方向完全相反。 

由实验和数值模拟得到的沿着路径 1分布的 Z方 

向变形(位移)如图 9(a)所示。从图 9(a)可以看到，无论 

是案例 1 还是案例 2，它们的计算结果与实验值都吻 

合良好。图 9(b)比较了路径 2 上由实验和数值模拟得 

到的 z 方向变形量。在该图中同时也给出了由小变形 

理论(案例 3)计算得到的结果。由图 9(b)可知，尽管实 

验值与计算值有一定的误差，但整体上而言采用大变 

形理论计算的结果与实验值比较吻合，而采用小变形 

理论计算的结果明显小于实验值。从以上比较可知， 

对于厚度为  3  mm 的铝合金薄板接头而言，采用热− 
弹−塑性有限元模拟焊接变形时必须使用大变形理论 

才能获得比较精确的计算结果。 

图 8  面外变形实测结果与模拟结果的比较 

Fig.  8  Comparison  of  out­plane  deformations  between  experiment  and  simulation:  (a)  Out­of­plane  deformation  measured  by 

experiment  (Case 1); (b) Out­of­plane deformation measured by  experiment  (Case 2); (c) Out­of­plane deformation calculated by 

simulation (Case 1); (d) Out­of­plane deformation calculated by simulation (Case 2)
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图 9  不同案例的面外变形分布 

Fig. 9  Out­of­deformation distribution of different cases: (a) Along line 1; (b) Along line 2 

图 10  不同案例的面外变形机制 

Fig. 10  Mechanisms of out­of­plane deformation of different  cases: (a) Concave­convex deformation mode, case 1;  (b) Convex­ 

concave deformation mode, case 2 

如前所述，对于案例  1，焊接接头的变形模式为 

反马鞍形，而案例 2 的变形模式为马鞍形。根据文献 
[20−21]的薄板变形理论，案例 1和 2的变形分别由两 

种不同的变形机理形成。 

在案例 1 中，焊接热输入相对较小，重熔区域的 

上、下表面有一定的温差，在电弧加热过程中容易产 

生一定程度的角变形。角变形的产生会使焊缝及其附 

近的区域低于中性面， 如图 10(a)所示。 在冷却过程中， 

焊缝及其附近将产生收缩力。由于收缩力作用区域低 

于焊接板中性面，将产生一个使焊接板在纵向上向上 

凸的力矩，最后整个焊接板的变形就成了凹(横向)−凸 
(纵向)型的形状。在案例  2 中，由于采用较大的热输 

入将焊丝熔化后填充到坡口中，因此，焊接板厚方向 

温度梯度很小，产生的角变形也很小。由于中性面上 

方的焊缝面积较下方的要大，对应中性面以上产生的 

纵向收缩力也较中性面以下部分的大，因此，焊接板 

厚方向上不均匀分布的纵向收缩力使板在纵向方向上 

产生向下凹的弯曲变形， 如图 10(b)所示。 在焊接板中， 

为了协调整体的变形， 在横向上产生了向上凸的变形， 

最终对接接头的面外变形为凸−凹型形状。 

4  结论 

1) 无论是 TIG 重熔接头还是 MIG 对接接头，数 

值模拟结果与实验结果都很吻合；实验结果验证所开 

发的数值模拟方法的有效性。 
2) 计算结果和实验结果表明：TIG重熔接头的面 

外变形是反马鞍形， 而MIG对接接头的面外变形是马 

鞍形，这两者的面外变形模式完全相反。 
3) 铝合金薄板焊接时， 控制面外变形的主要因素 

是角变形和纵向收缩力在厚度方向的分布不均匀。 
TIG 焊重熔时，角变形是控制面外变形方向的主因， 

产生了凹(横向)−凸(纵向)型变形。MIG焊对接时，角
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变形很小，主要是由纵向收缩力在厚度方向的不均匀 

分布产生了凸−凹型变形所致。 
4) 对于板厚为 3 mm的铝合金焊接接头，在进行 

焊接热−弹−塑性分析时，由于薄板会产生较明显的几 

何非线性现象，所以，必须采用大变形理论才能获得 

较高精度的焊接变形。 
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