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摘　 要:弱刚度球头铣刀广泛应用于深腔模具零件的铣削中,加工过程中容易发生颤振,确定加工稳定域是实现稳定铣削的重

要手段,但该铣削系统具有变时滞特点,稳定性分析的难度较大,制约着加工质量的提高。 为此,提出一种弱刚度球头铣刀铣削

稳定性分析方法。 首先,建立弱刚度刀具系统的动力学方程;接着,基于 Newton-Raphson 求解出刀齿选定点的时滞量;最后,基
于全离散法提出考虑变时滞再生效应的稳定性分析方法,并利用 Floquet 定理获得了不同转速所对应的临界切深,构建出铣削

稳定性叶瓣图。 实验结果表明在叶瓣图的非稳定域铣削时铣削力中含颤振频率成分,所加工表面的 Sy 和 Sa 比稳定域内加工

表面增大 35%和 42% ,说明该分析方法是可靠的,可为切削参数的选择和优化提供依据。
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Abstract:The
 

weak-stiffness
 

ball-end-milling-cutter
 

is
 

widely
 

used
 

in
 

the
 

milling
 

of
 

deep
 

cavity
 

die
 

parts.
 

The
 

chatter
 

is
 

easy
 

to
 

occur
 

in
 

the
 

machining
 

process.
 

How
 

to
 

determine
 

machining
 

stability
 

region
 

is
 

an
 

important
 

way
 

to
 

enable
 

stable
 

milling.
 

However,
 

the
 

milling
 

system
 

has
 

a
 

characteristic
 

of
 

variable
 

time
 

delay.
 

It
 

is
 

difficult
 

to
 

analyze
 

the
 

milling
 

stability,
 

which
 

restricts
 

the
 

improvement
 

of
 

machining
 

quality.
 

Therefore,
 

a
 

milling
 

stability
 

analysis
 

method
 

for
 

the
 

ball-end-milling-cutter
 

with
 

weak
 

stiffness
 

is
 

proposed.
 

Firstly,
 

the
 

dynamic
 

equation
 

of
 

the
 

cutter
 

system
 

with
 

weak
 

stiffness
 

is
 

established.
 

Then,
 

the
 

time
 

delay
 

of
 

the
 

selected
 

point
 

of
 

the
 

cutter
 

tooth
 

is
 

solved
 

by
 

using
 

Newton-Raphson.
 

Finally,
 

based
 

on
 

the
 

full-discretization
 

method,
 

a
 

stability
 

analysis
 

method
 

considering
 

the
 

regeneration
 

effect
 

with
 

variable
 

delay
 

is
 

proposed,
 

and
 

the
 

critical
 

cutting
 

depth
 

corresponding
 

to
 

different
 

rotational
 

speeds
 

is
 

obtained
 

by
 

the
 

Floquet
 

theorem.
 

The
 

milling
 

stability
 

lobe
 

diagram
 

is
 

constructed.
 

Experimental
 

results
 

show
 

that
 

there
 

are
 

chatter
 

frequencies
 

in
 

the
 

milling
 

force
 

when
 

milling
 

in
 

the
 

unstable
 

region
 

of
 

the
 

lobe
 

diagram.
 

Compared
 

with
 

those
 

of
 

the
 

milled
 

surface
 

in
 

the
 

stable
 

region,
 

the
 

Sy
 and

 

Sa
 of

 

the
 

milled
 

surface
 

are
 

increased
 

by
 

35%
 

and
 

42% .
 

Results
 

show
 

that
 

the
 

analytical
 

method
 

is
 

reliable,
 

which
 

can
 

provide
 

a
 

basis
 

for
 

the
 

selection
 

and
 

optimization
 

of
 

the
 

cutting
 

parameters.
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0　 引　 　 言

弱刚性球头铣刀广泛应用于深腔模具等复杂零件的

铣削中,刀具的颤振对铣削加工质量有直接影响,科学分

析铣削稳定性并确定其切削稳定域是减小振动对加工质

量影响的有效手段,也是加工参数选择和优化的主要依

据[1-2] 。 稳定性分析的常用方法主要有频域法和时域法。
频域分析法中主要有单频法和多频法,单频法是基

于周期力系数矩阵的零阶平均项且忽略系统的交叉传递
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函数项,在频域中通过解析计算铣削稳定边界的一种方

法[3-4] ,该方法是目前最快的稳定性预报方法,但是不能

适用于低径向切深工况的稳定性预报[5-6] ,为此,Merdol
等[7] 随后又提出的多频率法。 多频率法考虑了周期力系

数矩阵的高阶展开项,在计算过程中需要迭代搜索颤振

频率,故不再具有临界切深的解析表达式,该方法已经不

但成功地应用于一般球头铣刀铣削[8] ,而且还应用于不

等距齿铣削[9] 、变螺旋角铣削[10] 等情况。 然而,该方法

虽然能够应用于不同的径向切深工况,但是计算量大,不
利于推广。

时域分析法主要有时域有限元法、半离散法和全离

散法。 时域有限元法首先需要假设切入时间区段上的位

移模式,再通过加权残值法获取一个刀齿切削周期上的

系统状态转移矩阵,最后根据 Floquet 理论判断该转移矩

阵特征值的谱半径是否小于 1 来判稳铣削稳定性,Bayly
等[11] 提出该方法,并将其应用于单自由度和两自由度铣

削工况,Bobrenkov 等[12] 使用时域有限元法分析了多齿

同时参与铣削工况的稳定性,Sims 等[13] 将时域有限元法

运用于变齿距和变螺旋角刀具铣削判稳,时域有限元分

析法可以准确预报低径向切深工况铣削稳定性预报,但
不太适合于大径向切深的工况[11] ;半离散法离散铣削动

力学微分方程中的时滞项,同时对每一小时间区段上的

时滞项做零阶平均处理,并对周期系数项做分段零阶平

均处理,这样就可以将加工动力学时滞方程转化成一系

列常微分方程,在此基础上,构造一个刀齿切削周期上的

系统状态转移矩阵,与时域有限元法一样,最后基于

Floquet 理论判断铣削稳定性,Insperger 等[14-15] 提出了半

离散法,并将其应用于铣削过程的判稳,并在此基础上讨

论了颤振频率,Zatarain 等[16] 使用半离散法分析了铣刀

螺旋角对稳定边界的影响,岳彩旭等[17] 使用半离散法分

析了插铣的稳定性,Wan 等[18] 提出了考虑铣削过程多时

滞效应的统一的半离散法。 然而,半离散法主要适用于

低径向切深的场合,同时,所计算的 Floquet 状态转移矩

阵不仅依赖于主轴转速,还与切深有直接关系,计算效率

不高;Ding 等[19-20] 提出了包括一阶和二阶的全离散法,这
种方法不但离散铣削动力学方程中的时滞项,还离散状

态项,同时对周期矩阵在每个离散区间内做插值处理,实
现稳定性的求解,Guo 等[21] 在此基础上通过牛顿插值提

出了三阶全离散法,得出了具有比一阶、二阶全离散法更

高的计算精度和更快的计算效率。 与半离散算法相比,
全离散法对时滞微分方程中的各个部分都进行了离散化

处理,简化了离散化后迭代方程的复杂度,在计算过程中

所涉及的矩阵指数函数只依赖于转速而与切深无关,所
以计算量比半离散法的小,求解速度更快,收敛性更高,
更重要的是更加便于表面位置误差的计算,同时,该方法

可以适用于大 / 小径向切深、大 / 小轴向切深、薄壁件铣削

等各种工况,具有良好的通用性,然而,目前的研究对象

主要集中在单一时滞系统,或由不等距刀齿及刀具偏心

等所引起的多个固定时滞情况下,而球头铣刀在加工过

程中由于刀齿结构和刀具跳动等因素的综合影响,呈现

明显的变时滞特性,Liang 等[22] 虽然考虑到了球头铣刀

铣削的变时滞特性,但在求解过程中又对时滞量做了平

均处理,将其转化为准定值时滞。
本文将在考虑刀具的刀齿结构和姿态调整以及跳动

误差等因素的影响的基础上,建立弱刚性球头铣刀铣削

系统的动力学模型,并基于 Newton-Raphson 求解某切削

时刻刀齿选定点的时滞量,基于全离散法提出考虑变时

滞再生效应的球头铣刀铣削稳定性的分析方法,并利用

Floquet 定理获得不同转速所对应的临界切深,构建出弱

刚度球头铣刀铣削颤振稳定性叶瓣图。

1　 弱刚性刀具系统的动态切削动力学方程

1. 1　 动力学方程的建立

如图 1 所示,工件坐标系 Ow-XwYwZw(简称 {W} )
为固连在工件上的全局坐标系,加工表面上点的坐标和

刀具轨迹均在该坐标系下确定;刀具瞬时进给坐标系

OCL - XCLYCLZCL(简称{CL}), 其中, 坐标轴矢量OCLXCL
→

与进给速度方向平行且同向,OCLZCL
→

为理想的被加工表

面的法线方向,指向实体外,OCLYCL
→

为OCLZCL
→

与OCLXCL
→

的

叉乘;主轴随动坐标系 OA - XAYAZA(简称{A}) 固连在机

床主轴上,OAZA
→

与主轴轴线重合,且使刀具远离工件方

向为正向,当OAZA
→

与OCLZCL
→

完全重合时,该坐标系的另

外两个坐标轴及其方向与{CL} 的完全重合,但刀具的姿

态调整时, 是使{A} 绕OCLXCL
→

和OCLYCL
→

的旋转而使得

OAZA
→

与OCLZCL
→

之间会产生夹角,从而获得不同的铣削方

式。 弱刚性刀具 - 刚性工件中球头铣刀动态铣削系统可

以简化为{A} 中相互垂直的 2 自由度系统。 忽略不同方

向的模态耦合效应,仅考虑振动诱导下刀具的动态位移

所引起的再生切屑厚度, 在建立式(1) 所示的动力学

方程。

Mcq
··

c( t) + Cc q̇c( t) + Kcqc( t) = Fc( t) (1)

式中: Mc =
Mc,xx 0

0 Mc,yy

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú

;Cc =
Cc,xx 0

0 Cc,yy

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú

;Kc =

Kc,xx 0
0 Kc,yy

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú

;qc( t) =
xc( t)
yc( t)

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú

;Fc( t) =
Fx( t)
Fy( t)

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú

;Mc、Cc

和 Kc 分别为刀具系统的模态质量矩阵、 模态阻尼矩阵和

模态刚度矩阵,单位分别为 kg、N·s·m-1和 N·m-1;xc( t)
和 yc( t)分别表示刀具在 x 和 y 方向的动态位移的模态



150　　 仪　 器　 仪　 表　 学　 报 第 4 2 卷

坐标,单位为 mm;Fx( t)和 Fy( t)分别表示刀具在 x 和 y
方向所受的力,单位为 N。

图 1　 弱刚度刀具-刚度工件动力学系统

Fig. 1　 Dynamic
 

system
 

of
 

weak
 

rigidity
 

cutter-rigidity
 

workpiece

1. 2　 动态铣削力的求解

按照切削力的 II 型机械建模法[8] 求解刀齿微元的

切削力,再用积分法求出刀具所受的切削力。 刀齿微元

的受力情况如图 2 所示。

图 2　 刀齿微元所受动态力

Fig. 2　 Dynamic
 

forces
 

on
 

cutter
 

tooth
 

elements

引入新参考坐标系:刀具坐标系和刀齿坐标系。 刀

具坐标系 OC-XCYCZC(简称{C}) 的原点 OC 固连在刀具

的球头中心,OCZC
→

与刀具的理论轴线重合,且与OAZA
→

始

终保持平行,两者之间的距离为 ρ,OCXC
→

与基准刀齿(第

一个刀齿) 刃线在坐标平面 OCXCYC 上投影线起点的切

线方向重合,该坐标系绕坐标轴OAZA
→

以角速度 ω 旋转,

坐标轴OCYC
→

与OAYA
→

之间的夹角为 μ 0 + ϕC(μ 0 为主轴未

开始旋转的初始状态下两者之间的夹角,ϕC 为 t 时刻主

轴旋转过的角度,ϕC = ωt)。 刀齿坐标系 O j - X jY jZ j(简称

{ j}) 的坐标原点 O j 也固连在刀具的球头中心,其坐标轴

O jZ j
→

与OCZC
→

完全一致,坐标轴O jX j
→

与刀齿 j 的刃线在坐

标平面 O jX jY j 上投影线起点的切线方向重合。
1)切削刃几何模型

如图 3 所示,定导程螺旋刃球头铣刀的刀齿 j 上任意

点 P 在{ j}中的坐标:
x j
p = R sin θ cosψ

y j
p = R sin θ sinψ

z jp =- R cos θ

ì

î

í

ï
ï

ïï

(2)

式中:θ 为点 P 的轴向位置角(°);R 为刀具半径(mm);ψ 为

该点所对应的螺旋滞后角(°),ψ= 180 tanγ0(1-cos θ) / π[23] ,
其中 γ0 为圆柱面上刀齿刃口曲线的螺旋角。

图 3　 螺旋齿球头铣刀

Fig. 3　 Ball-end-milling-cutter
 

with
 

spiral
 

tooth

刀齿 j 与基准刀齿的夹角 ϕ j = 360( j-1) / n t(°)。 其

中,n t 为刀齿总数,坐标系{ j}相对于{C}的变换矩阵

MCj =

cosϕ j - sinϕ j 0 0
sinϕ j cosϕ j 0 0

0 0 1 0
0 0 0 1

é

ë

ê
ê
ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú
ú
ú

(3)

由于制造和装夹误差等因素的影响,刀具的中心轴

线与主轴的中心轴线之间总存在偏心,如图 4 示。 假定

刀具中心 OC 和主轴中心 OA 之间的偏心距离为 ρ( mm),

矢量 OAOC
→

相对于坐标轴OAYA
→

的夹角为 μ(°),且规定绕

坐标轴OAZA
→

顺时针旋转方向为正; 主轴顺时针方向旋

转,其转速为 N( r / min),则角速度 ω = πN / 30 ( rad / s),
t(s)时刻旋转过的角度 ϕC = 180ωt / π(°),则{C}相对于
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{A}的变换矩阵:

MAC =
cosϕC sinϕC 0 ρ sinμ - sinϕCcosϕCρ cosμ

0 0 1 0
0 0 0 1

é

ë

ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú

(4)

式中:μ=μ0+ϕC,其中,μ0 为初始状态下 OAOC
→

与OAYA
→

的

初始夹角,顺时针旋转方向为正,为了简化研究,本文设

定 μ 0 = 0°。

图 4　 考虑刀具跳动的坐标系

Fig. 4　 Coordinate
 

systems
 

considering
 

cutter
 

runout

通过齐次坐标矩阵变换可得到球头铣刀刀齿上任意

点 P 在{A}下的坐标。
[xA

p yA
p zAp 1] T = MACMCj[x

j
p y j

p z jp 1] T (5)
相应地,刀齿 j 任一点 P 在{A}下描述的实际螺旋滞

后角:

ψ A
P = arctan

yA
P

xA
P

( )
ϕc = 0

=

arctan
R sinϕ j sin θ cosψ + R cosϕ j sin θ sinψ + ρ
R cosϕ j sin θ cosψ - R sinϕ j sin θ sinψ( ) (6)

2)动态切削力模型

按照切削力机械建模法[24] 的思想,首先需要对刀齿

微元进行切削力建模,为此,按等轴向位置角增量将刀齿

离散成诸多刀齿微元,如图 2 所示,以刀齿离散点 i 的特

征信息来代表刀齿上( i- 1) ~ i 点之间的刀齿微元 i 信
息,此时,刀齿 j 上的刀齿微元 i 在时刻 t 所受的切削力

可以分解为切向单元力切削力 dF t( j,i,t)、径向单元力切

削力 dFr( j,i,t) 和轴向单元力切削力 dFa( j,i,t), 则:
dF t( j,i,t) = g( j,i,t)K thd( j,i,t)πRdθ / (180cosγ i)
dFr( j,i,t) = g( j,i,t)Krhd( j,i,t)πRdθ / (180cosγ i)
dFa( j,i,t) = g( j,i,t)Kahd( j,i,t)πRdθ / (180cosγ i)

ì

î

í

ïï

ïï

(7)
式中: g( j,i,t) 为单位阶跃函数,当刀齿 j上的刀齿微元 i
在时刻 t 与工件切触时,g( j,i,t) = 1,否则,g( j,i,t) = 0,
切触状态可以按照文献[25] 的方法判定;hd( j,i,t) 为刀

齿 j上刀齿微元 i在时刻 t切削时的动态未变形切屑厚度,
单位为 mm;K t 、Kr 和 Ka 分别为切向、径向和轴向力系

数,单位为 N / mm2。

3)动态切削厚度

仅考虑刀具在坐标轴 OAXA 和 OAYA 方向的振动,切
削微元的动态切屑厚度:

hd( j,i,t)= [sinθA
j,isinϕ( j,i,t) cosθA

j,isinϕ( j,i,t)]·
xc( t) - xc( t - T( j,i,t))

yc( t) - yc( t - T( j,i,t))
é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú

(8)

式中:ϕ( j,i,t)为 OA 与刀齿 j 上离散点 i 在时刻 t 所在位

置的连线在平面 XAOAYA 上的投影相对于坐标轴矢量

OAYA
→

顺时针转过的角度,称为实际径向位置角,单位为

(°);θ A
j,i 为刀齿 j 上离散点 i 跟 OA 的连线与 OAZA 的锐夹

角,即该刀齿离散点在坐标系{A} 下描述的轴向位置角,
称为实际轴向位置角,单位为(°)。

4)动态铣削力

将刀齿微元瞬时所受的切向力、径向力和轴向力通

过式(9)转化至{A}下,即:
dFA

x(j,i,t)

dFA
y(j,i,t)

dFA
z(j,i,t)

é

ë

ê
ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú
ú

=
sinϕ(j,i,t) - cosϕ(j,i,t) 0
cosϕ(j,i,t) sinϕ(j,i,t) 0

0 0 1

é

ë

ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú
·

- sinθA
j,i 0 cosθA

j,i

0 1 0
cosθA

j,i 0 sinθA
j,i

é

ë

ê
ê
êê

ù

û

ú
ú
úú

·

1 0 0
0 cosγ i sinγ i

0 - sinγ i cosγ i

é

ë

ê
ê
êê

ù

û

ú
ú
úú

·

dFr( j,i,t)

dF t( j,i,t)

dFa( j,i,t)

é

ë

ê
ê
êê

ù

û

ú
ú
úú

(9)

于是,刀具在时刻 t 所受的瞬时切削力在主轴随动

坐标系{A}下可表示为:

FA
x( t) = ∑

nt

j = 1
∑

ni

i = 1
dFA

x( j,i,t)

FA
y( t) = ∑

nt

j = 1
∑

ni

i = 1
dFA

y( j,i,t)

FA
z ( t) = ∑

nt

j = 1
∑

ni

i = 1
dFA

z ( j,i,t)

ì

î

í

ï
ï
ï
ï

ï
ï
ïï

(10)

式中:n i 为刀齿微元总数。

2　 时滞量求解

如图 5 所示,参考线(当前作用刀齿微元的瞬时作用

点 QC 到刀位点 OCL 的连线)上的两点 QL 和 QC 之间的距

离决定了切削中的未变形切屑厚度,其中,QC 表示当前

刀齿 j 上离散点 i 在时刻 tC 的扫掠点,QL 表示前面刀齿

的扫掠面与参考线的交点,通过求解该点所对应切削时

刻 tL,可以得到时滞量。
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　 　 注:OC:当前作用刀齿的瞬时球心;OL:前一作用刀齿的瞬时

球心;SL:前一作用刀齿的扫掠面;SC:当前作用刀齿的扫掠面;

LC:当前作用刀齿的瞬时轴线;LL:前一作用刀齿的瞬时轴线;LR:

参考线;BT:毛坯顶面;h:未变形切屑厚度。

图 5　 球头铣刀铣削瞬时状态

Fig. 5　 Instantaneous
 

milling
 

state
 

of
 

ball-end-milling-cutter

在实际铣削中,主轴随动坐标系{A}分别绕坐标轴

矢量 OCLXCL
→

和OCLYCL
→

旋转实现刀具姿态的调整,如图 6

所示。 刀具姿态调整后坐标系{A} 的坐标轴矢量OAZA
→

在坐标平面 YCLOCLZCL 上的投影线与坐标轴矢量OCLZCL
→

间的夹角,称为侧倾角,用 α 表示;坐标轴矢量OAZA
→

在坐

标平面 XCLOCLZCL 上的投影与坐标轴矢量OCLZCL
→

之间的

夹角,称为前倾角,用 β 表示。 先使{A} 绕OCLYCL
→

旋转角

度 β′,使 β′ = arctan(tanβcosα),再使{A} 绕OCLXCL
→

旋转

角度 α, 且定义绕各自参考方向的正方向逆时针旋转为

正,反之为负,则刀具侧倾和前倾的齐次坐标变换矩阵分

别为:

Rα =

1 0 0 0
0 cosα - sinα 0
0 sinα cosα 0
0 0 0 1

é

ë

ê
ê
ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú
ú
ú

(11)

Rβ =

cosβ′ 0 sinβ′ 0
0 1 0 0

- sinβ′ 0 cosβ′ 0
0 0 0 1

é

ë

ê
ê
ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú
ú
ú

(12)

通过齐次坐标矩阵变换可得到球头铣刀刀齿上任意

　 　 　 　

点 P 在{CL}下的坐标:

[xCL
p yCL

p zCLp 1] T = RαRβ[xA
p yA

p zAp 1] T (13)

图 6　 刀具的姿态调整及走刀

Fig. 6　 Posture
 

adjustment
 

and
 

feed
 

of
 

the
 

cutter

　 　 假定进给时 OCL 在{W} 的坐标为 (xCL,yCL,zCL),则
 

{CL} 相对于{W} 的齐次变换矩阵:

MWCL =

dfx
→ dtx

→ dnx
→ xCL

dfy
→ dty

→ dny
→ yCL

dfz
→ dtz

→ dnz
→ zCL

0 0 0 1

é

ë

ê
ê
ê
ê
ê
êê

ù

û

ú
ú
ú
ú
ú
úú

(14)

式中: df→、 dt→
和 dn→ 分别表示坐标轴OCLXCL

→、 OCLYCL
→

和

OCLZCL
→

上的单位矢量,下标 x、y和 z表示各矢量在OWXW
→、

OWYW
→

和OWZW
→

上的投影矢量,如dfx
→

表示OCLXCL
→

上的单位

矢量在OWXW
→

上的投影矢量。
则球头铣刀加工过程中,刀齿上任意点 P 在{W}下

的坐标:

[xW
p yW

p zWp 1] T = MWCL[x
CL
p yCL

p zCLp 1] T

(15)
以球头铣刀单向直线铣削为研究对象,如图 6 所示,

假定刀具进给方向为 OWXW 的正方向。 在实际加工中,
前扫掠面往往是由上一刀齿扫掠形成,首先忽略上一刀

齿的进给运动,并将其扫掠面简化为球面,球面中心的位

置距当前刀位点的距离为每齿进给量 fz,球面半径为刀

具半径 R,假定参考线和该球面的交点为 Q∗ ,已知 QC 在

{ CL } 中 的 坐 标 为 xCL
QC

,yCL
QC

,zCLQC
( ) , 令 xCL

QC
zCLQC

= a∗ 、

yCL
QC

zCLQC
= b∗ ,在{CL} 下联立球面方程和参考线方程,可

得 Q∗ 在{CL} 中的坐标:
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xCLQ∗ =-
a∗2fz+a

∗ a∗2R2-b∗2fz
2+b∗2R2-fz

2+R2

a∗2+b∗2+1

yCLQ∗ =-
a∗b∗fz+b

∗ a∗2R2-b∗2fz
2+b∗2R2-fz

2+R2

a∗2+b∗2+1

zCLQ∗ =-
a∗fz+ a∗2R2-b∗2fz

2+b∗2R2-fz
2+R2

a∗2+b∗2+1

ì

î

í

ï
ï
ï
ïï

ï
ï
ï
ïï

(16)

利用齐次坐标变换原理求得 Q∗在{A}中的坐标

[xAQ∗ yAQ∗ zAQ∗ 1]T = R-1
β R-1

α [xCLQ∗ yCLQ∗ zCLQ∗ 1]T

(17)
则该点的轴向位置角 θQ∗ 和径向位置角 φQ∗ 分别为

arccos( zAQ∗ / R) 和 90-arctan2(yA
Q∗ ,xA

Q∗ )。 已知被切削

点 QC 所对应的当前时刻 tC,用前述同样的办法求出其轴

向位置角 θC 和径向位置角 ϕC, 进而由式(6)算出 QC 和

Q∗所对应的螺旋滞后角 ψ A
C 和 ψ A

Q∗ ,近似求出被切削点

Q∗ 所对应的切削时刻 tQ∗
0

;同时,暂近似认为两点 QC 和

QL 各自所对应刀位点之间的距离为每齿进给量 fz,根据

正弦定理近似求出 QL 的轴向位置角 θQ∗
0

tQ∗
0
= tC - 60

Nn t

+
(ψQ∗ - ψ C) + (ϕC - ϕQ∗ )

60N

θQ∗
0
= θQ∗ + arcsin

fzcosθQ∗

R( )

ì

î

í

ï
ïï

ï
ïï

(18)

由于 QL 在刀齿作用线上,按照直线公式建立方程组

f1 = (xW
QL

-xW
OCL

)( zWQC
-zWOCL

) -(xW
QC

-xW
OCL

)( zWQL
-zWOCL

)= 0

f2 = (yW
QL

-yW
OCL

)( zWQC
-zWOCL

) -(yW
QC

-yW
OCL

)( zWQL
-zWOCL

)= 0{
(19)

式中: (xW
QC

,yW
QC

,zWQC
) 和(xW

OCL
,yW

OCL
,zWOCL

) 分别为 QC 和刀

位点 OCL 在{W}中的坐标,坐标值已知。

以 ( tQ∗
0

, θQ∗
0

) 为 初 值 点, 即, [ t0 θ0] T =

[ tQ∗
0

θQ∗
0 ]

T
, 应用 Newton-Raphson 方 法 求 得 方 程

组(19)的解,如下式所示:

tk+1

θ k+1

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú
=

tk
θ k

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú
-

∂f1

∂t
∂f1

∂θ
∂f2

∂t
∂f2

∂θ

é

ë

ê
ê
ê
êê

ù

û

ú
ú
ú
úú

-1

f1( tk,θ k)
f2( tk,θ k)

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú

(20)

式中:k 为迭代次数, k = 0, 1, 2, …,迭代终止条件为

[ tk+1 - tk θ k+1 - θ k]
T =[0. 05λ t 0. 05λ θ] T, 当迭代终

止时令 tL = tk。
在此基础上,可以求得时滞量:
T( j,i,t) = tC - tL (21)

3　 考虑变时滞效应的全离散稳定性分析

Ding 等[19-20] 提出的基于定时滞的全离散求解稳定性

的方法因具有较高的计算精度和效率以及良好的通用性

而被广泛应用。 然而,如前所述,受刀齿结构、刀具姿态

调整和跳动等因素的影响,球头铣刀在铣削过程中的时

滞量随着刀齿、刀齿上的微元和切削时间等的变化而变

化,使得稳定性分析中的时滞时间不再是刀齿的切削周

期,而是主轴的旋转周期 TS( s),TS = 60 / N。 因此,在对

球头铣刀铣削稳定性全离散求解时,需要考虑变时滞特

性。 根据文献[26]为了保证稳定性计算的精度,在设定

时间步长 τ 时需保证不能大于刀具-工件系统最高振动

模态周期的 14 倍,按照此要求将 TS 均匀地分为 MS 份,

则时间步长单元 τ = TS / MS, 则在一个主轴旋转周期内,

刀齿 j 上的微元 i 在切削时刻 t 的时滞量 T( j,i,t)所对应

的时 间 单 元 m( j,i,t) = round(T( j,i,t) / τ), 其 中,

round()为四舍五入的取整函数。

令 pc( t) = Mq̇c( t) + Cqc( t) / 2, 同 时 记 X( t) =

[qc( t) pc( t)] T, 则式(1)可化为:

Ẋ( t) = A0X( t) + ∑
nt

j = 1
∑

ni

i = 1
A j,i( t)X( t) -

∑
nt

j = 1
∑

ni

i = 1
A j,i( t)X( t - T( j,i,t)) (22)

式中:A0 为系统化时不变性质的常数矩阵,A j,i( t)为考虑

再生 效 应 下 动 态 切 削 力 综 合 系 数 矩 阵, 分 别 为:

- M -1
C CC

2
M -1

C

CCM
-1
C CC

4
- KC

- CCM
-1
C

2

é

ë

ê
ê
ê
ê
ê

ù

û

ú
ú
ú
ú
ú

,
0 0

HC( j,i,t) 0
é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú

, 其中,

HC( j,i,t) 为切削力的转换系数矩阵,其计算公式如下:

Hc( j,i,t) =
Hc,xx( j,i,t) Hc,xy( j,i,t)

Hc,yx( j,i,t) Hc,yy( j,i,t)

é

ë

ê
ê

ù

û

ú
ú

(23)

式中:Hc,xx,Hc,xy,Hc,yx,Hc,yy 分别表示刀具在 x 方向的动

态位移对 x 向切削力影响的转换系数矩阵,刀具在 y 方

向的动态位移对 x 向切削力影响的转换系数矩阵,刀具

在 x 方向的动态位移对 y 向切削力影响的转换系数矩

阵,刀具在 y 方向的动态位移对 y 向切削力影响的转换

系数矩阵,其计算公式如下:
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Hc,xx( j,i,t) = g(ϕ( j,i,t))πRdθ
180cosγ i

- sin2ϕ( j,i,t)sin2θ A
j,ikr(θ i) +

[ - cosϕ( j,i,t)cosγ i - sinϕ( j,i,t)cos θ A
j,isinγ i]k t(θ i)sin θ A

j,isinϕ( j,i,t) +

[ - cosϕ( j,i,t)sinγ i + sinϕ( j,i,t)cos θ A
j,icosγ i]ka(θ i)sin θ A

j,isinϕ( j,i,t)

ì

î

í

ï
ï

ïï

ü

þ

ý

ï
ï

ïï

Hc,xy( j,i,t) = g(ϕ( j,i,t))πRdθ
180cosγ i

- sinϕ( j,i,t)sin2θ A
j,ikr(θ i)cosϕ( j,i,t) +

[ - cosϕ( j,i,t)cosγ i - sinϕ( j,i,t)cos θ A
j,isinγ i]k t(θ i)sin θ A

j,icosϕ( j,i,t) +

[ - cosϕ( j,i,t)sinγ i + sinϕ( j,i,t)cos θ A
j,icosγ i]ka(θ i)sin θ A

j,icosϕ( j,i,t)

ì

î

í

ï
ï

ïï

ü

þ

ý

ï
ï

ïï

Hc,yx( j,i,t) = g(ϕ( j,i,t))πRdθ
180cosγ i

- sinϕ( j,i,t)sin2θ A
j,ikr(θ i)cosϕ( j,i,t) +

[sinϕ( j,i,t)cosγ i - cosϕ( j,i,t)cos θ A
j,isinγ i]k t(θ i)sin θ A

j,isinϕ( j,i,t) +

[sinϕ( j,i,t)sinγ i + cosϕ( j,i,t)cos θ A
j,icosγ i]ka(θ i)sin θ A

j,isinϕ( j,i,t)

ì

î

í

ï
ï

ïï

ü

þ

ý

ï
ï

ïï

Hc,yy( j,i,t) = g(ϕ( j,i,t))πRdθ
180cosγ i

- cos2ϕ( j,i,t)sin2θ A
j,ikr(θ i) +

[sinϕ( j,i,t)cosγ i - cosϕ( j,i,t)cos θ A
j,isinγ i]k t(θ i)sin θ A

j,icosϕ( j,i,t) +

[sinϕ( j,i,t)sinγ i + cosϕ( j,i,t)cos θ A
j,icosγ i]ka(θ i)sin θ A

j,icosϕ( j,i,t)

ì

î

í

ï
ï

ïï

ü

þ

ý

ï
ï

ïï

ì
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í
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ï
ï
ï
ï
ï
ï
ï
ïï
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ï
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ï
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ï
ï
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(24)

　 　 令 A( t) = ∑
nt

j = 1
∑

ni

i = 1
A j,i( t), 则式(22)可简化为:

Ẋ( t) = A0X( t) + A( t)X( t) -

∑
nt

j = 1
∑

ni

i = 1
[A j,i( t)X( t - T( j,i,t))] (25)

令 k= 0,1,2,…,MS,在时间区间[kτ≤t≤kτ+τ]上,
T( j,i,t)= T( j,i,kτ),式(25)的解为:

X( t) = eA0( t -kτ)X(kτ) +

∫t

kτ
eA0( t -ξ)

A(ξ)X(ξ) -

∑
nt

j = 1
∑

ni

i = 1

A j,i(ξ)·

X(ξ - T( j,i,kτ))
é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú

ì

î

í

ïï

ïï

ü

þ

ý

ïï

ïï

ì

î

í

ïï

ïï

ü

þ

ý

ïï

ïï

dξ (26)

记 X(kτ+τ)为 Xk+1,则:

Xk+1 = eA0τXk +

∫τ

0
eA0ξ

A(kτ + τ - ξ)X(kτ + τ - ξ) -

∑
nt

j = 1
∑

ni

i = 1

A j,i(kτ + τ - ξ)·

X(kτ + τ - ξ - T( j,i,kτ))
é

ë
ê
ê

ù

û
ú
ú

ì

î

í

ïï

ïï

ü

þ

ý

ïï

ïï

dξ (27)

对周期系数矩阵 A(kτ+τ-ξ)和 Aj,i(kτ+τ-ξ)、状态项

X(kτ+τ-ξ)、时滞项 X(kτ+τ-ξ-T( j,i,kτ))在时间区间

[kτ≤t≤kτ+τ]上采用线性插值逼近,即:
A(kτ + τ - ξ) = A(k)

0 + A(k)
1 ξ (28)

式中: A(k)
0 = Ak+1 = A(kτ + τ),A(k)

1 = (Ak - Ak+1) / τ =
[A(kτ) - A(kτ + τ)] / τ。

A j,i(kτ + τ - ξ) = A(k)
( j,i)0 + A(k)

( j,i)1ξ (29)
式中: A(k)

( j,i)0 = A j,i(kτ + τ),A(k)
( j,i)1 = [A j,i(kτ) - A j,i(kτ +

τ)] / τ。
X(kτ + τ - ξ) = Xk+1 + ξ(Xk - Xk+1) / τ (30)
X(kτ + τ - ξ - T( j,i,kτ)) = Xk+1-m j,i,k

+

ξ(Xk-m j,i,k
- Xk+1-m j,i,k

) / τ (31)

式中: m j,i,k = T( j,i,kτ) / τ。
将式(28) ~ (31)代入(27)得
Xk+1 = (P0 + P0,k)Xk + Pk+1Xk+1 +

∑
nt

j = 1
∑

ni

i = 1
(Pm j,i,k-1Xk+1-m j,i,k

) + ∑
nt

j = 1
∑

ni

i = 1
(Pm j,i,k

Xk-m j,i,k
) (32)

式中: P0 = Φ0,P0,k = (Φ2 / τ)A(k)
0 + (Φ3 / τ)A(k)

1 ,Pk+1 =

(Φ1 - Φ2 / τ)A(k)
0 + (Φ2 - Φ3 / τ)A(k)

1 ,Pmj,i,k-1 = - [(Φ1 -

Φ2 / τ)A(k)
(j,i)0 + (Φ2 -Φ3 / τ)A(k)

(j,i)1],Pmj,i,k
= - [(Φ2 / τ)A(k)

(j,i)0 +

(Φ3 / τ)A(k)
( j,i)1], 其 中,Φ0 = eA0τ,Φ1 = ∫τ

0
eA0ξdξ,Φ2 =

∫τ

0
ξeA0ξdξ,Φ3 = ∫τ

0
ξ 2eA0ξdξ。

大多数情况下,逆矩阵[I-Pk+1] -1 存在,则:
Xk+1 =[I - Pk+1] -1 ×

[P0 + P0,k]Xk + ∑
nt

j = 1
∑

ni

i = 1
(Pm j,i,k-1Xk+1-m j,i,k

) +

∑
nt

j = 1
∑

ni

i = 1
(Pm j,i,k

Xk-m j,i,k
)

ì

î

í

ï
ï

ïï

ü

þ

ý

ï
ï

ïï

(33)

若[I-Pk+1]奇异,则按文献[20]用 Moore-Penrose 广

义逆求解。
设 Yk =[Xk,Xk-1,…,Xk+1-MS

,Xk-MS
] T, 依上式

Yk+1 = DkYk (34)
式中:Dk 为 kτ 至(k+1)τ 切削状态转移矩阵。

在一个主轴旋转周期 TS 内切削状态转移矩阵:
H = DMS-1DMS-2…D1D0 (35)
该系统的稳定性可依据 Floquent 理论确定,即:

max( λ(Η) )
< 1, 稳定
= 1, 不稳定

> 1, 不稳定
{ (36)

式中: λ(Η) 为状态转移矩阵 H 的特征值的模。
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4　 实验验证

采用秦川机床厂生产的加工中心 MV510 作为实验

机床,该机床的最高主轴转速为 5
 

000
 

r / min,定位精度为

0. 018
 

mm,重复定位精度为 0. 008
 

mm;实验刀具是整体

长度为 120
 

mm 的 Y330 整体式硬质合金球头铣刀,直径

为 ϕ10
 

mm, 齿 数 为 2, 螺 旋 角 为 35°, 弹 性 模 量 为

210
 

GPa,装夹悬伸长度为 85
 

mm,安装之后测得径向跳

动为 0. 028
 

mm;工件材料为航空铝合金 7050-T6,其化学

成分及机械性能见表 1 和 2, 工件的长 × 宽 × 高为

180
 

mm×42
 

mm×11
 

mm;为了在三轴机床上使刀具相对

于工件的姿态调整,采用组合夹具的基础板和圆柱支撑

部件,按照正弦规的工作原理调整角度。

表 1　 工件材料化学成分组成

Table
 

1　 Workpiece
 

material
 

chemical
 

composition %

化学成分组成及重量占比

Si Fe Cu Mn Mg Cr Zn Ti
其他

每个 合计
Al

≤0. 12 ≤0. 15 2. 0 ~ 2. 6 ≤0. 1 1. 9 ~ 2. 6 ≤0. 04 5. 7 ~ 6. 7 ≤0. 06 ≤0. 05 ≤0. 15 余量

表 2　 航空铝合金 7050-T6 的机械性能

Table
 

2　 Characteristics
 

of
 

aviation
 

aluminum
 

alloy
 

7050-T6

弹性
模量 /
GPa

摩擦
因数

密度 /
(kg·m-3 )

比热 /
( J·kg-1·

m-1 )

热导率 /
(W·m-1·

K-1 )

线性膨
胀系数 /

(10-6·K-1 )

69 0. 30 2
 

850 526 114 20. 8

　 　 如图 7(a)和( b),弱刚性刀具系统的动态性能测试

系统由力锤、加速度传感器以及对应的数据采集设备和

信号分析软件 LMS
 

Test.
 

Lab8B 组成,测试中采用力锤激

励,假定切削力集中在刀头处,在刀头上安装加速度计,
测量刀头处的响应加速度,数据采集器将力锤激励信号

和加速度信号数字化采集到计算机上,然后由信号分析

软件 LMS
 

Test.
 

Lab8B 进行分析和处理,得到系统的动态

性能参数,结果如表 3 所示。

表 3　 柔性刀具的模态参数

Table
 

3　 Modal
 

parameters
 

of
 

flexible
 

cutter

MC / kg CC / (N·S·m-1 ) KC / (106
 

N·m-1 )

0. 293
 

0
0 0. 293

 [ ] 95. 478
 

0
0 95. 478

 [ ] 6. 746
 

0
0 6. 746

 [ ]

　 　 切削力的测量采用 Kistler9257B
 

3 向压电式测力仪,
其 X 和 Y 方向的灵敏度为-7. 5

 

pC / N,Z 向的灵敏度为

-3. 7
 

pC / N,X 和 Y 方向量程-5
 

000 ~ 5
 

000
 

N,Z 向量程

-5
 

000 ~ 10
 

000
 

N。 切削力数据采集的部分主要包括

Kistler5070 电荷放大器,北京波普世纪科技发展有限公

司的 WS-5921 / U 系列 USB 数据采集仪,实验使用的采样

频率为 10
 

kHz。
根据文献[27],使主轴转速为 3

 

000
 

r / min,每齿进

给量为 0. 1
 

mm / r, 分别在背吃刀量分别为 0. 5
 

mm,

图 7　 加工系统动态性能参数测试及切削实验

Fig. 7　 Test
 

for
 

dynamic
 

performance
 

parameters
 

of
 

machining
 

system
 

and
 

milling
 

experiment

1. 0
 

mm,…,5. 0
 

mm 的条件下进行 10 组槽切铣削铝合金

7050-T6 试验, 得到 X、 Y 和 Z 向切削力共 30 组 ( 各

10 组),通过最小二乘法回归出切削力系数:
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Kt =1
 

324. 380
 

+1
 

869. 18Θ-2
 

888. 74Θ2+1
 

113. 31Θ3

Kr =1
 

627. 861-1
 

177. 53Θ+1
 

412. 63Θ2-692. 54Θ3

Ka =-247. 480+1
 

614. 34Θ-2
 

535. 34Θ2+983. 55Θ3

ì

î

í

ïï

ïï

(37)
式中: Θ = πθ / 180, 单位为 rad。

在表 4 所示的实验条件下完成球头铣刀单向直线进

给铣削铝合金 7050-T6,通过仿真获得关于转速-吃刀深

度的稳定域叶瓣图,叶瓣图的边界线为临界稳定线,即,
max( λ(Η) ) = 1; 该 线 以 下 为 稳 定 区 域, 即

max( λ(Η) ) < 1; 该线以下为非稳定区域, 即,
max( λ(Η) ) > 1。 根据叶瓣图分别选取稳定和不稳

定的参数组合进行实际切实验,并测量其切削力,然后,
　 　 　 　

使用 MATLAB 软件对所采集的切削力信号进行频域分

析,根据分析结果验证叶瓣图的正确性。

表 4　 实验切削条件

Table
 

4　 Cutting
 

conditions
 

for
 

the
 

experiment

每齿进给
量 fz /

(mm / (r·z))

行距 fp /
mm

主轴转
速 N /

(r / min)

吃刀深度
ap /
mm

前倾角
β / (°)

侧倾角
α / (°)

0. 2 1. 0 3
 

925 1. 5,2. 0 0 -20

　 　 如图 8 所示为弱刚度球头铣刀铣削系统的稳定性叶

瓣仿真图及其在稳定域内点 A 和不稳定域内点 B 所对应

的切削用量下切削所测得的实际切削力。

图 8　 弱刚性刀具-刚性工件系统的稳定性验证

Fig. 8　 Stability
 

validation
 

of
 

a
 

weak-rigid
 

cutter-rigid
 

workpiece
 

system
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　 　 如图 8(b)和(c)所示,刀具在稳定域内切削时,切削

系统发生强迫振动,切削力的频谱集中在主轴转动频率

和刀齿通过频率及两者的倍频处;而如图 8( d)和( e)所

示,在不稳定域内切削时,强迫振动和自激振动同时存

在,切削力的频谱中除了主轴转动频率和刀齿通过频率

及两者的倍频成分外,还有其它频率成分,如图 8( e)Fx

频域图中用星号标出的 49. 84
 

Hz 和 431. 1
 

Hz,而这些成

分对应着自激振动频率,表明这切削颤振的存在。 稳定

域内点 A 和不稳定域内点 B 所对应的切削力的频域分析

结果表明本文所提出的切削稳定性分析方法是正确的。
为了更进一步说明该弱刚度球头铣刀铣削稳定性分

析方法的应用效果,搭建如图 9 所示的表面形貌测量实

验系统,用分辨率为 0. 1
 

nm 的徕卡激光共聚焦显微镜

DCM-3D 测量铣削表面形貌,比较图 8( a)所示稳定域内

点 A 和不稳定域内点 B 所对应切削参数下铣削获得的表

面形貌及其粗糙度,采用表面幅度参数中的算术平均偏

差 Sa 和最大高度 Sy 作为表面粗糙度的表征参数,其中,
Sa 表示表面形貌与基准面的高度方向距离在评定区域

上的算术平均值,即表面形貌分布点在高度方向坐标的

绝对值的平均值,反映了空间面上表面粗糙度的算术平

均值;Sy 的具体含义为在评定区间内表面上分布的最高

点与最低点之间的距离,反映了表面形貌分布点的高度

波动的极差。

图 9　 表面形貌测量实验系统

Fig. 9　 Surface
 

topography
 

measurement
 

experimental
 

system

表面形貌的测量及其表 征 结 果 如 图 10 所 示,
图 10(b)所示的表面形貌较图 10(a)所示的有较多的毛

刺,光顺性较差,这是由于颤振使得刀具产生瞬时动态位

移,改变了刀具的工作角度,出现负后角切削的情况,增大

了后刀面与工件的摩擦,从而引起工件材料与后刀面的粘

附,出现图示的的毛刺,同时,摩擦使工件材料的塑性流动

加大,从而使表面峰顶隆起,并使表面谷底撕裂深度加大,
最终导致表面的 Sy 值增大。 与此同时,颤振使得表面形貌

产生振纹,增大了整体的粗糙程度,使 Sa 值增大。
综上所述,无论切削力的频域分析还是表面形貌的

测量及其表征结果对比均表明本文所提出的弱刚度球头

铣刀铣削稳定性的分析方法是正确的,在稳定域内选择

切削参数铣削有利于获得高的表面质量。

图 10　 表面形貌的测量及表征结果

Fig. 10　 Measurement
 

and
 

characterization
 

results
 

of
 

the
 

surface
 

topographies

5　 仿真分析

每齿进给量 fz、行距 fp、侧倾角 α 和前倾角 β 是球头

铣刀铣削中的关键参数,分别进行单因素仿真分析球头

铣刀铣削铝合金 7050-T6 时的稳定域叶瓣图,进而获得

这几个参数对切削稳定性的影响特点,为实际加工参数

的选择提供参考。
分 别 选 择 0. 1

 

mm / ( r·z )、 0. 2
 

mm / ( r·z ) 和

0. 3
 

mm / (r·z)的每齿进给量 fz,在行距 fp、侧倾角 α 和前

倾角 β 分别为 1
 

mm、0°和 0°的情况下进行仿真计算,得
到图 11 所示的稳定域叶瓣图。 整体上来讲,当主轴转速

N<4
 

600
 

r / min 时,小的每齿进给量( fz = 0. 2
 

mm / (r·z))
有利于减小再生动态切削力,使得切削稳定域变宽,但相

对于fz = 0. 3
 

mm / (r·z),fz = 0. 2
 

mm / ( r·z)所对应的临界

稳定线较低,主要是因为当在低速切削时大的每齿进给

量对应着较大的时滞量,在阻尼的作用下使得稳定域反

而增宽。 然而,当主轴转速较大时每齿进给量对稳定性
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的影响不明显,因此,在实际高速切削时可以通过增大进

给而提高金属去除率,而不至于发生颤振。

图 11　 不同每齿进给量下系统的稳定性叶瓣图

Fig. 11　 Stability
 

lobes
 

diagram
 

of
 

the
 

system
 

under
 

different
 

feed
 

per
 

teeth

分别选择 0. 5
 

mm、1. 0
 

mm 和 1. 5
 

mm 的行距 fp,在
每齿 进 给 量 fz、 侧 倾 角 α 和 前 倾 角 β 分 别 为

0. 2
 

mm / (r·z)、0°和 0°的情况下进行仿真计算,得到图

12 所示的稳定域叶瓣图。 从该图 12 可以看出,行距对

稳定性有非常明显的影响,减小行距有利于减小再生切

厚,进而较小动态切削力,获得较宽的切削稳定域。

图 12　 不同行距下系统的稳定性叶瓣图

Fig. 12　 Stability
 

lobes
 

diagram
 

of
 

the
 

system
 

under
 

different
 

overlaps

分别选择-15°、0°和 15°的侧倾角 α,在每齿进给量

fz、行距 fp 和前倾角 β 分别为 0. 2
 

mm / ( r·z)、1
 

mm 和 0°
的情况下进行仿真计算,得到图 13 所示的稳定域叶瓣

图。 从图 13 可以看出,侧倾角对稳定性有一定的影响。
当正向侧倾时形成逆铣,而逆铣时未变形切屑厚度会随

着刀齿的切入逐渐增大,动态切屑厚度也逐渐增大,但在

主轴转速较低时,时滞时间相对较长,系统阻尼可以抑制

刀具的动态位移,而使得稳定域较宽,而随着主轴转速的

增加,时滞量缩短,阻尼对振动的抑制作用减弱,使得稳

定域变窄。 当负向侧倾时形成顺铣,顺铣时未变形切屑

厚度会随着刀齿的切入逐渐减小,但刀齿刚开始接触工

件时有一定的冲击,在低速的表现更为突出,使得临界稳

定性叶瓣曲线在低速阶段下垂较明显,但是,当主轴速度

增大使得转动频率远离切削系统的固有角频率时,冲击

对系统的影响减弱,加之,动态切屑厚度也随刀齿切入而

逐渐减小,使得高速切削时相同侧倾角对应顺铣的稳定

域较逆铣的更宽。 因此,在高速切削时,从稳定性角度出

发,应尽可能负向侧倾刀具,形成顺铣切削。

图 13　 不同侧倾角下系统的稳定性叶瓣图

Fig. 13　 Stability
 

lobes
 

diagram
 

of
 

the
 

system
 

under
 

different
 

titl
 

angles

分别选择-15°、0°和 15°的前倾角 β,在每齿进给量

fz、行距 fp 和侧倾角 α 分别为 0. 2
 

mm / ( r·z)、1
 

mm 和 0°
的情况下进行仿真计算,得到图 14 所示的稳定域叶瓣

图。 从图 14 可以看出,负向前倾刀具对稳定性较大的影

响,这是因为刀具负向前倾时形成推铣,刀头部分对工件

的挤压耕犁作用增大,加工刀头螺旋线方向变化较大,使
得稳定域中有孤岛出现,同时,由于高速切削时系统的阻

尼作用减弱,使得稳定性叶瓣曲线随主轴转速升高下垂

明显。 正向前倾刀具形成拉铣,拉铣时可以避开刀头的

作用,刀齿的挤压和耕犁作用相对于拉铣减弱,切削作用

增强,使得切削稳定域整体较宽。

图 14　 不同前倾角下系统的稳定性叶瓣图

Fig. 14　 Stability
 

lobes
 

diagram
 

of
 

the
 

system
 

under
 

different
 

lead
 

angles
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6　 结　 　 论

考虑刀具的刀齿结构和姿态调整以及跳动误差等因

素的影响,在使用齐次坐标变换建立刀齿运动模型的基

础上,建立了弱刚度球头铣刀动态铣削系统的动力学方

程,为其稳定性研究奠定了基础。
充分考虑球头铣刀铣削的特点, 并基于 Newton-

Raphson 求解出了某切削时刻刀齿选定点的时滞量。
基于全离散分析法,并考虑球头铣刀铣削过程中刀

齿切削点的变时滞特性,提出了考虑变时滞再生效应的

球头铣刀铣削稳定性的分析方法,并利用 Floquet 定理获

得了不同转速所对应的临界切深,构建了弱刚度球头铣

刀铣削颤振稳定性叶瓣图,可以为实际生产中切削参数

的选择提供依据。
在实际的球头铣刀高速切削中,为了兼顾加工效率

和切削稳定性,可以选择较大的进给量、较小的行距、负
值侧倾角和正值前倾角。
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