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Resumen

Con el objetivo de analizar procesos de mecanizado industriales se propone desarrollar
modelos de mecanizado bidimensionales y tridimensional sobre materiales de gran interés
industrial y aerondutico en particular, concretamente Ti-6Al-4V e Inconel®718
respectivamente. En este sentido se propone, por un lado, tres modelos bidimensionales de
corte ortogonal: basado en energias de fractura, modelo multipasada y modelo con
implementacion de elementos cohesivos. Por otro lado se propone el desarrollo de un modelo
tridimensional de corte no ortogonal general basado en fallo por deformacion a cortadura.
Se analizaran los resultados de dichos modelos sobre: fuerzas de corte, morfologia de viruta,
evolucion térmica sobre la herramienta y, en el caso del modelo tridimensional, variables
locales como deformaciones, velocidades de deformacion y temperaturas. El
comportamiento de ambos materiales se definiran bajo la ecuacion constitutiva de Johnson-
Cook con sus respectivos parametros y en todos los casos los modelos se validardn a partir

de ensayos experimentales de diversos autores.

Abstract

In order to analyzing industrial machining processes, it is proposed to develop two-
dimensional and three-dimensional machining models on materials of great industrial
interest and aeronautical interest in particular, specifically Ti-6A1-4V and Inconel®718
respectively. In this case, it is proposed, on the one hand, three two-dimensional orthogonal
cutting models: based on fracture energies, multipass model and model with implementation
of cohesive elements. On the other hand, the development of a general non-orthogonal three-
dimensional based on shear failure is proposed. The results of these models will be analyzed
on: cutting forces, chip morphology, thermal evolution on the tool and, in the case of the
three-dimensional model, local variables such as deformations, strain rate and temperatures.
The behavior of both materials will be defined under the Johnson-Cook constitutive equation
with their respective parameters and in all cases the models will be validated from

experimental tests from several authors.
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4.1. Conclusiones
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Lista de simbolos y abreviaturas

a Angulo de desprendimiento

B Angulo de inclinacién de la herramienta
SM—m Distancia del “Modo mixto” (normal-cortadura)
o, Distancia en direccion normal

O Distancia en direccion de cortadura

egq Deformacion plastica equivalente

n Parametro de Benzekkagh y Kenane

U Coeficiente de friccion global

OM—m Tension del “Modo mixto” (normal-cortadura)
On Tension normal

ot Tension normal maxima

O Tension a cortadura

ot Tension a cortadura maxima

F.C.G.F  Factor de Calor Generado por Friccion

a Avance

f Fuerza especifica o presion especifica

fe Fuerza especifica de corte o presion especifica de corte

fr Fuerza especifica de avance o presion especifica de avance
Gn Energia fractura en direcciéon normal

Gy, Energia critica de fractura en direccion normal

Gs Energia de fractura en direccion de cortadura

G§ Energia critica de fractura en direccion de cortadura
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HCP Estructura Hexagonal Compacta

Kic Resistencia a la fractura en el modo de fisura I (Ver Fig. 64)
Kic Resistencia a la fractura en el modo de fisura II (Ver Fig. 64)
)% Profundidad de corte

R« Giro alrededor del eje X

R, Giro alrededor del eje Y

R: Giro alrededor del eje Z

s Deslizamiento

S Velocidad de deslizamiento

ey Espesor de viruta

U Desplazamiento en el eje X

U, Desplazamiento en el eje Y

U: Desplazamiento en el eje Z
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CAPITULO 1.

Introduccion
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1.1. Estado del arte

El mecanizado es actualmente no s6lo uno de los procesos industriales mas comunes, sino
uno de los mas complejos debido a su naturaleza dindmica y térmica [1]. Los datos
experimentales de fuerzas de corte, temperaturas, morfologia de la viruta o rugosidad
superficial son informacion esencial que ayudan a comprender el proceso de formaciéon de
virutas, los fendmenos tribologicos [2], el desgaste de la herramienta o la tension residual

inducida en la pieza [3], [4].

Debido a ello, en las ultimas décadas se ha empezado a consolidar el uso de modelos de
elementos finitos para simular y entender el proceso de formacion de viruta, la prediccion
de las fuerzas de corte [5], la distribucion de temperaturas sobre la propia herramienta de

corte [6] o las tensiones residuales del mecanizado [7].

Como ejemplo de estos casos tenemos a autores como S. Atlati et al. [1], que emplearon en
2004 modelos de mecanizado 2D para estudiar los efectos tribologicos en la aparicion de las
bandas de cizalladura durante el mecanizado en seco. Dicho fendmeno ha sido ampliamente
estudiado por otros autores como, M. H. Miguélez et al. [8] o A. Molinari et al. [9] entre
otros. Se encuentran trabajos de este tipo ya desde 2002, como los de Béker [10] y Béker et
al. [10], [11], en los que se estudid la propagacion de bandas de cortadura mediante modelos
bidimensionales y los efectos que otros parametros tienen sobre éste y, por tanto, de la
morfologia de viruta y el posible acabado superficial del material. Mas adelante, otros
investigadores como Calamaz et al. [12] y Umbrello et al. [13] en 2008, Sima et al [14] en
2010 y Cheng et al. [15] en 20011 ampliaron estos estudios sobre la segmentacion de la
viruta durante el mecanizado mediante modelos numéricos 2D. En algunos casos se
desarrollaron leyes constitutivas propias para simular la segmentacion, mientras que en otros
se procedid a estudios paramétricos para analizar el efecto de ciertos pardmetros no sélo en
la morfologia de viruta si no también en ciertos resultados numéricos tales como las fuerzas
de corte o las distribuciones de temperaturas. Otros trabajos, como los de Ducobu et al. [16]
en 2014, estudiaron el efecto de la propia ley constitutiva, asi como del criterio de dafio tanto

sobre las fuerzas de corte como sobre la morfologia de la viruta.

En paralelo, y debido principalmente a la mejora de la tecnologia en los tltimos lustros, otros
autores apostaron por modelos tridimensionales. Esto modelos, si bien son mas costosos a
nivel de exigencia computacional, permiten el estudio tanto de los parametros analizados en

modelos bidimensionales desde un punto de vista diferente, como de ciertos otros parametros
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que los modelos bidimensionales no pueden contemplar debido a su propia naturaleza

bidimensional.

Existen trabajos de modelos tridimensionales ya en 2007 realizados por E. Uhlmann et al.
[17] sobre Inconel®718 y, aunque no son numerosos los trabajos de este tipo hasta hace
relativamente pocos afios, en 2014 se pueden encontrar trabajos realizados por J. Diaz-
Alvarez [18] o F. Jafarian et al. [19], donde se trasladan las metodologias para el analisis de
fuerzas de corte a modelos 3D. También se tienen trabajos en 2017 como los de F. Docubu
et al. [20] o M. Kumar et al. [21], donde se empiezan a modelizar procesos de corte ortogonal
con modelos tridimensionales para estudiar su viabilidad con respecto a la prediccion de
fuerzas de corte comparados con los modelos bidimensionales, mucho mas desarrollados.
Mas recientemente, en 2018, K. Z. JianWeng et al. [22], estudid la posibilidad de extraer

resultados térmicos de un modelo tridimensional.

Para lograr una compresion adecuada del proceso de mecanizado mediante modelos de
elementos finitos, es fundamental determinar y calibrar, entre otros parametros, el criterio
de dafio de dichos modelos, asi como definir correctamente las condiciones de contorno y

entender el efecto que ciertos pardmetros pueden tener sobre los resultados finales.

Como se puede observar, y aunque mas adelante en sus respectivos capitulos las bibliografia
se ampliarda notablemente, si bien los modelos bidimensionales de elementos finitos ya
empezaron a aparecer a principios del siglo XXI y hay una bibliografia razonable, no ocurre
lo mismo con los modelos tridimensionales a dia de hoy. Cabe sefialar que si bien es posible
encontrar analisis de modelos bidimensionales, no siempre lo hacen desde una perspectiva
termo-mecénica (no siempre lo requieren dependiendo del objeto de estudio). Por otro lado
en cuanto a los modelos tridimensionales, debido, como ya se menciond, al elevado coste
computacional y el tiempo de célculo que eso conlleva, existen escasos estudios sobre este
campo y todos ellos, en general, aplicados a condiciones de corte ortogonal en los que se

estudia tnicamente o bien la parte térmica del proceso o bien la parte mecanica.

10
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1.2. Motivacion

Teniendo en cuenta el estado del arte en cuanto a los modelos numéricos dedicados al
mecanizado en general, se observo que a pesar de que, en cuanto a modelos bidimensionales,
existe una bibliografia razonablemente extensa, se consider6é que ain quedan posibilidades
para explorar nuevas metodologias y tipos de modelo que permitan optimizar dichos

modelos o incluso afinar los resultados con respecto a resultados experimentales.

Por otro lado, la bibliografia y los trabajos dedicados a los modelos tridimensionales es, en
comparacion, considerablemente escasa. Mas alin si se contemplan materiales poco comunes
como las aleaciones base-niquel y condiciones tan peculiares para un modelo numérico

como el corte no ortogonal, que, sin embargo, es el habitual en los procesos industriales.

Si bien, algunos resultados pueden obtenerse directamente a partir de ensayos
experimentales, los modelos numéricos aportan resultados cualitativos que hoy por hoy no
es posible recoger mediante dichos ensayos. También cabe destacar que materiales como el
Ti-6Al-4V, considerado en los modelos 2D del presente trabajo, como el Inconel®718,
considerado en el modelo 3D, son especialmente caros y, por tanto, los ensayos
experimentales conllevan unos costes considerablemente altos. Ademads, resultan ser
materiales con muy baja maquinabilidad, por lo que al coste del propio material se suma el
coste de las herramientas necesarias debido a su rapido desgaste, las cuales suelen tener

también costes elevados.

Estos materiales son habituales en el ambito aerondutico y espacial, especialmente en
componentes para turborreactores. La aleacion de titanio es muy empleada para la
fabricacion de alabes en la zona de compresion de las turbinas, mientras que la aleacion base-
niquel Inconel®718 es esencial para la fabricacion de componentes en la cdmara de
combustioén debido a su capacidad de mantener sus propiedades a muy altas temperaturas.
Cambe sefialar que estos materiales también son empleados en medicina y automocion,
como es el caso del Ti-6Al-4V, y en centrales térmicas de generacion de energia, como es el

caso del Inconel®718.
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1.3. Objetivos

Atendiendo al estado del arte y las motivaciones anteriormente expuestas, el presente trabajo

propondra:

e El desarrollo de un modelo bidimiensional basado en energias de fractura del

material aplicado sobre el mecanizado de la aleacion de titanio Ti-6Al-4V.

e FEl desarrollo de un modelo bidimensional multipasada, es decir, que tenga en cuenta
las pasadas previas de un mecanizado en los resultados tomando como base el

modelo basado en energias de fractura y sus resultados.

e El desarrollo de un modelo bidimensional mediante el uso de elementos cohesivos
para simular la formacion de viruta sobre el mecanizado de la aleacion de titanio Ti-

6Al-4V.

e FEl desarrollo de un modelo tridimensional de corte no ortogonal para diferentes
profundidades de corte (0.50, 0.25 y 0.15 mm) sobre el mecanizado de la aleacion

base niquel Inconel®718.
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CAPITULO 2.
Modelo de mecanizado 2D aplicado a

aleaciones de Ti (Ti-6Al-4V)
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2.1. Estado del arte

Durante las ultimas décadas las aleaciones de titanio (Ti) han sido ampliamente empleadas
en la fabricacion de componentes de alto rendimiento debido a sus excepcionales
propiedades mecanicas y térmicas. Dichas propiedades se pueden resumir en: Alto médulo
de elasticidad, baja densidad entre los metales, alta resistencia a corrosion, baja
conductividad térmica y alta temperatura de fusion. Debido a dichas propiedades, éste ha
sido un material fundamental en sectores como el aerondutico, espacial, energético,
automocion o biomédico y el estudio e investigacion de los procesos de fabricacion de
componentes a partir de dicho material resulta ser crucial para su aplicabilidad e

implementacion a nivel industrial.

Sin embargo, estas excelentes propiedades mecanicas y térmicas del titanio, y mas
concretamente la de la aleacion Ti-6Al-4V, generan, por el contrario, una dificultad
considerable cuando se habla de procesos por arranque de viruta como el mecanizado.
Aplicar estos procesos sobre dicho material induce un rapido desgaste de la herramienta, una
mala calidad superficial y requiere mayor potencia de las maquinas de mecanizado (tornos,
fresas y taladros). La relativa pobre maquinabilidad del Ti-6Al-4V ha sido una de las razones

principales que ha limitado su uso durante las Gltimas décadas [23].

Por otro lado, la proliferacion de estudios experimentales [24], [25], [26], [27], [28], [29],
[16] y numéricos [12], [8], [9], [16], [10], [11], [30], [31], [32], [14], [15] referentes al
mecanizado de aleaciones de titanio han permitido contribuir al conocimiento sobre los
mecanismos de formacién de viruta, prediccion de fuerzas de corte, distribucion de

temperaturas [15], tensiones residuales [33] o desgaste de la herramienta [24].

Se ha observado que el mecanizado a alta velocidad genera en las aleaciones de Ti una viruta
serrada o segmentada a mayores velocidades debido a la aparicion de bandas adiabaticas de
cortadura (adiabatic shear bands) en la zona primaria de corte. Los procesos por arranque
de viruta producen altos niveles de deformacion muy localizada, grandes velocidades de
deformacion y altos gradientes de temperatura entre zonas proximas. Todo ello lleva a una

morfologia de viruta como la descrita para este material [8].

Entre las contribuciones de otro autores se pueden citar las investigaciones experimentales
realizadas por o Arulkirubakaran et al. [4], Komanduri et al. [24], Nabhani [25], Gente et al.
[26], Molinari et al. [9], Cotterell et al. [28], Sun at al. [29] o Ducobu et al. [16].
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En 1981, Komanduri et al. [24] llevaron a cabo trabajos experimentales sobre el mecanizado
de Ti-6Al-4V con velocidades de corte menores de 5 m/s. Dichos autores estudiaron el efecto
de la velocidad de corte en la formacion de las bandas de cortadura en la viruta. Gente et al.
[26], en 2001, estudiaron la formacién de virutas en condiciones de corte ortogonal para un
rango de velocidades de corte entre los 5 a los 100 m/s. La técnica de “parada rapida” (quick-
stop) permitid estudiar los efectos de las condiciones de corte en la intensidad de la
fragmentacion de la viruta. Estos autores llegaron a la conclusion de que la segmentacion de
la viruta no se debe solamente a las bandas adiabaticas de cortadura propiamente dichas,
sino también a la propagacion de la grieta que se inicia en la propia banda. Durante el mismo
ano, Nabhani [25], empled la misma técnica que Gente et al. [26] para estudiar los
mecanismos de desgaste para diferentes herramientas de corte y sus recubrimientos. Un afio
después, en 2002, Molinari et al. [9] realizaron ensayos experimentales en condiciones de
corte ortogonal sobre aleaciones de titanio. Se mostréo que el uso tanto de tornos de
mecanizado como de dispositivos balisticos permitia estudiar los efectos de la velocidad de
corte sobre la localizacion de las bandas de corte. Se estudiaron rangos de velocidades de
0.01 a 73 m/s, observandose que para velocidades bajas la localizacion de la banda no resulta
significativa. Sin embargo, para altas velocidades de corte, estas bandas son facilmente
observables. Este hecho condujo a la conclusion de que la frecuencia de segmentacion y la
distancia entre bandas estaban intimamente relacionadas a la velocidad de corte y el avance.
Mas adelante, en 2008, Cotterell y Byrne [28], los cuales emplearon el andlisis de imagenes
en ensayos de mecanizado, y Sun et al. [29] en 2009, llegaron a las mismas conclusiones. La
frecuencia de las bandas de corte es proporcional a la velocidad de corte e inversamente

proporcional a la velocidad de avance.

Béker [30] y Béker et al [10], [11] mostraron mediante modelos numéricos bidimensionales
que el comportamiento tanto mecanico como térmico del material afecta directamente a la
aparicion y propagacion de las bandas de cortadura. Por un lado, materiales con mayor
endurecimiento tienden a segmentarse a partir de velocidades de corte muy altas, sin
embargo, por otro, un ablandamiento térmico mas pronunciado del material conlleva la

formacioén de bandas de corte.

Se ha estudiado también el efecto de la influencia de la conductividad térmica en el
fenémeno de segmentacion, concluyendo que cuanto mayor es este factor, menor es la
intensidad de la segmentacion. Calamaz et al. [12], Umbrello [31], Sima et al. [14], y Cheng

et al. [15] investigaron numéricamente dichos fendémenos de segmentacion centrandose en
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el mecanizad de Ti-6Al-4V. Umbrello [31], se centrd en estudiar el efecto de los pardmetros
reologicos sobre la morfologia de viruta y las fuerzas de corte, mientras que Calamaz et al.
Propuso e implemento una nueva ley constitutiva para dicha aleacion de titanio utilizando el
software de elementos finitos FORGE2005. Este segundo autor estudid y analizd el
comportamiento mecéanico en la segmentacion de la viruta (endurecimiento por deformacion,
sensibilidad a la velocidad de deformacién y ablandamiento térmico). En 2010, Sima et al.
[14] demostraron que una mayor capacidad de ablandamiento térmico del material aumenta
la intensidad de las bandas de segmentacién en la viruta e induce una morfologia mas
serrada. Por otro lado, Cheng et al. [15] calculd la distribucion de deformaciones, tensiones
y temperatura en la viruta a partir de calculos numéricos. Los autores llegaron a la conclusion
de que en una morfologia de viruta segmentada el ablandamiento térmico es predominante
en las zonas de las bandas de cortadura, mientras que en la zona entre bandas el

endurecimiento por deformacioén predomina sobre dicho ablandamiento térmico.

En 2013, Miguélez et al. [8] y Molinari et al. [27] estudiaron las bandas adiabdticas de
cortadura de aleaciones de titanio en procesos de mecanizado. Fueron analizados el efecto
de los parametros de corte, la friccion en la interfaz herramienta/viruta y los pardmetros
reoldgicos. Ducobu et al. [16] estudiaron la influencia tanto de la ley constitutiva como el
criterio de dafio sobre las fuerzas de corte y la morfologia de la viruta. Los autores mostraron
que las fuerzas de corte se veian influenciadas principalmente por la ley constitutiva,
mientras que la morfologia de la viruta se veia afectada en mayor medida por el criterio de
dafio. En este mismo documento, el apartado 2.4 estudia, entre otras cosas dicho efecto del
criterio de dafio sobre la morfologia de la viruta, parte de cuyo estudio se publico en 2017

[34].

2.2.  Objetivos

En el siguiente bloque, centrado en modelos numéricos bidimensionales se ha propuesto, por
un lado, un modelo numérico cuyo criterio de dafio estd basado en una propiedad fisica
intrinseca del material como es la energia de fractura (apartado 2.4) y un modelo hibrido que
tienen en cuenta un criterio de dafio basado en energia de fractura junto con elementos
cohesivos en la interfaz material/viruta (apartado 2.7). Una vez definido el modelo y los
parametros que lo determinan (apartado 2.4) se procedio al estudio del efecto de ciertos
parametros sobre los resultados numéricos: analisis de sensibilidad de malla (apartado

2.4.1.1), analisis de mass scaling (apartado 2.4.1.2), parametros térmicos de la friccion
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(apartado 2.4.1.3), coeficiente de friccion (apartado 2.4.1.4) y energia de fractura (apartado
2.4.1.5). Todos ellos aplicables a los tres grandes apartados del presente bloque:

o 2.4 Modelo de mecanizado 2D basado en energia de fractura,
o 2.5 Modelo multipasada aplicado a mecanizado 2D,

o 2.7 Elementos cohesivos aplicados a modelos de mecanizado 2D.

Una vez determinado el estudio paramétrico se procedidé a su validacion comparando los
resultados numéricos con ensayos experimentales equivalentes (apartados 2.4.1.6).
Posteriormente se prosiguid con la obtencion de resultados tales como estudio de la
morfologia de viruta (apartados 2.4.1.7 y 0) el cual puede ser comparado con muestras

experimentales, al igual que las fuerzas especificas de corte (apartados 2.4.1.6 y 2.5.3.3).

Una vez realizado lo anterior, se procedio a la obtencion de resultados y datos directos del
modelo numérico, tales como: Longitud de contacto viruta/herramienta (apartados 2.4.1.8,
2.5.3.5), distribucion de temperaturas en la herramienta (apartados 2.4.1.9, 2.5.3.6) o
tensiones residuales (apartado 2.5.3.1). Estos ultimos resultados son, quiza, el objetivo
principal del presente bloque, ya que mas alla de proponer un modelo numérico nuevo
basado en energias de fractura o la aplicaciéon por primera vez de elementos cohesivos en
modelos de mecanizado 2D, que ya son en si mismos una aportacion al compendio de
estudios numéricos de este tipo, se da un valor afiadido a los modelos numéricos aportando
informacion relevante que resulta costosa o imposible de conseguir de manera directa de

manera experimental a dia de hoy.

El estudio del modelo basado en energias de fractura (apartado 2.4) se complementa con el
modelo numérico multipasada (apartado 2.5). Ambos apartados dan lugar a un apartado
conjunto (apartado 2.6) donde se tratan especificamente las conclusiones de los resultados

de ambos modelos analizandolos en comun.

2.3. Modelo numérico

En los puntos siguientes se presentan los detalles del modelo numérico 2D empleado para el
estudio del corte ortogonal de Ti-6Al-4V. En primer lugar, se definira la geometria del
modelo para un corte ortogonal y, posteriormente, el material a mecanizar tanto en su
composicion, caracteristicas mecénicas y térmicas como los detalles de las ecuaciones
constitutivas para cada modelo. En todos los casos el modelo ha sido desarrollado mediante

el software de elementos finitos Abaqus/Explicit y los elementos han sido definidos como
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CPE4RT (4-node bilinear displacement and temperature, reduced integration with

hourglass control) .

2.3.1. Geometria del modelo 2D y condiciones de contorno

Los modelos de corte ortogonal de este trabajo estan basados en los trabajos de M.H.
Miguélez et al [8], Molinari et al. [27] y X. Soldani et al. [35]. En ellos se pueden diferenciar
por un lado la herramienta y por otro el material, subdividiendo este ultimo en tres zonas
diferenciadas: Base, capa de sacrificio y viruta, tal como se muestra en la Fig. 1. Por un lado,
la longitud del material a estudiar sera de 2 mm. Por otro lado, la altura de la viruta
corresponde con el avance del proceso de corte ortogonal, que en este caso es de 0.1 mm, el
espesor de la capa de sacrificio es de 0.001 mm y la profundidad de la base de 0.4 mm. En
este ultimo aspecto, es recomendable que la profundidad de la base sea de al menos 0.3 mm
para asegurar la disipacion del calor y propagacion de las ondas producidas por el proceso
de corte. El angulo de desprendimientode la herramienta (o) es de 0° un angulo de

inclinacion (B) de 7° y el radio de filo de 20 um

Y Velocidad
de corte
7 X == Herramienta
i 0.1 mm Viruta (avance) e
0.001 mmT
Capa de
sacrificio
Base x=0

Ux=Uy= Rz=0

2 mm

Fig. 1 Geometria y condiciones de contorno del modelo de corte ortogonal. En gris la parte correspondiente al material a
mecanizar; en amarillo la parte correspondiente a la herramienta.

Todo el conjunto se define con una temperatura inicial de 293 K (20 °C), tanto para el
material como para la herramienta, siendo el resto de condiciones de contorno que definen

el modelo las que se explicitan a continuacion.
Material a mecanizar

La base estard empotrada en la zona inferior, restringiendo los desplazamientos en las

direcciones X e Y y las rotaciones respecto al eje Z (Ux=Uy=R,=0), y limitada en los
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desplazamientos laterales en cada lado de la base (U,=0), tal como se indica en la Fig. 1. De
esta forma se reproducen las condiciones que se tendrian en el material real, el cual no esta
limitado a una longitud de 2 mm, sino que esta rodeado de material que restringe su
movimiento y permitiendo el corte de éste. En el caso de la capa de sacrificio y la viruta no

se impondra ninguna restriccion de movimiento.

La capa de sacrificio actuard como interfaz entre la base y la viruta, eliminandose al paso de
la herramienta y permitiendo la separacion de la viruta del resto del material de una manera
fiable, evitando posibles errores de distorsion de elementos, tan habituales en procesos con
grandes deformaciones y/o grandes velocidades como es el caso de un modelo de corte

ortogonal.
Herramienta

En el caso de la herramienta, s6lo se permitira el movimiento en el eje X a una velocidad
constante (velocidad de corte). Para ello se restringira el movimiento en el eje Y y los giros

en el eje Z (Uy=R,=0).

Ademas, la geometria de la herramienta es tal que el &ngulo de ataque es de 0°, el angulo de
incidencia de 7° y el posicionamiento el filo se sitlia a una altura tal que sea tangente a la

parte superior de la base.
2.3.2. Definicion del material de mecanizado
Composicion y caracteristicas

El material de estudio, el cual se implementa en el modelo de mecanizado 2D, es la aleacion
de titanio Ti-6Al-4V, la cual es una aleacién mixta a+f. Es decir, contiene estabilizadores

alfagenos y betadgenos en su composicion.

Los elementos alfagenos del titanio aumentan la temperatura de transiciéon a—, los cuales
aumentan la resistencia del material debido a un endurecimiento por solucion solida. Por
otro lado, las aleaciones titanio-a tienden a una estructura HCP (Hexagonal Compacta),

siendo uno de los metales mas ductiles [36].

Los principales componentes alfagenos del titanio son: Aluminio (Al), oxigeno (O),

nitrégeno (N), carbono (C) y estafio (Sn). De éstos, el mas destacado es el aluminio debido
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principalmente a una disminucién de la densidad de la aleacion, permite conservar la
ductilidad del titanio, aumenta la resistencia a oxidacion a altas temperaturas y no es
especialmente caro. Sin embargo, se suele evitar una concentracion de aluminio por encima
del 6% en peso ya que empieza a formar el intermetalico TizAl, el cual es fragil y disminuye

considerablemente la ductilidad de la aleacion [36].

Los elementos betagenos del titanio disminuyen la temperatura de transicion P—a,
propiciando la aparicion de una estructura metaestable (titanio-f) a temperatura ambiente si
se acompafa con un proceso de enfriamiento rapido. Las aleaciones § poseen una estructura
BCC (Cubica Centrada en el Cuerpo) con una excelente capacidad para el conformado del
metal a temperatura ambiente [36]. Siendo los principales componentes betagenos del

titanio: Vanadio (V), molibdeno (Mb), niobio (Nb), tantalo (Ta), cromo (Cr) y cobre (Cu).

Las aleaciones o — B contienen estabilizadores tanto alfagenos como betadgenos como su
propia designacion indica, generando estructuras mixtas o+f. Esta combinacion ofrece una
resistencia excelente dentro las aleaciones de titanio, una mejor resiliencia y mayor
resistencia a corrosion. Sin embargo, la microestructura y, por tanto sus propiedades
mecanicas, dependen tanto del porcentaje de cada uno de sus componentes como de la

velocidad de enfriamiento durante su fabricacion como se esquematiza en la Fig. 2.
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Fig. 2 Diagrama genérico de fases pseudo-binario o.— f para aleaciones de titanio.

Aunque los componentes principales de la aleacion Ti-6Al-4V son aluminio y vanadio, ésta
se compone de otros elementos como hierro (Fe), oxigeno (O), nitrogeno (N), carbono (C) e

hidrégeno (H) y cuyo peso en la composicion se describen en la Tabla 1.

Tabla 1 Composicion quimica del Ti-6A1-4V en tanto por ciento en peso [37], [38], [39], [40], [41].

Elemento Al 14 Fe 0] N C H Ti

% peso 64—-6 42-383 020-0.04 0.12-0.08 001-0 0.02—-0 0.002—0 Resto

Propiedades y ecuaciones constitutivas

Como ya se mencion6 en secciones anteriores, el titanio, especialmente la aleacion Ti-6Al-
4V, es un material idoneo tanto para aplicaciones aeronduticas [42] como en la
implementacion de protesis [43] debido a su alta resistencia especifica y su excelente

resistencia a corrosion tanto a temperatura ambiente como a altas temperaturas.
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Este material posee caracteristicas isotrdpicas a nivel macroscopico y mesoscopico, es decir,
las mismas propiedades en todas las direcciones y, como tal, se ha considerado en el modelo
numérico. El Ti-6Al-4V posee una deformacion maxima entre el 10% [44] y el 18.8% [45]
dependiendo de su composicidon exacta y, sobre todo, del proceso de fabricacion, siendo un
material ductil que permite conformados en frio. La densidad considerada es de 4420
(kg/m?®), un médulo elastico de 114 GPa y un coeficiente de Poisson de 0.342 [27], [46]. El

resumen de estas propiedades mecanicas se muestra en la Tabla 2.

Tabla 2 Propiedades mecanicas del Ti-6A1-4V [27], [46].

Densidad Modulo elastico Coceficiente
(kg/m?3) (GPa) de Poisson
4420 114 0.342

Durante el analisis del modelo numérico, la formacion de viruta somete al material, en primer
lugar, a una etapa de deformacion elastica, cuyo comportamiento es definido por la ley de
Hooke [47]:

c=F-¢ IL 1
Donde o es la tension, E el mddulo eléstico y € la deformacion lineal. Una vez alcanzado el
limite elastico, el material es sometido a una deformacion plastica. En esta segunda etapa, el
comportamiento del material dentro del modelo se define por la ecuacion fenomenologica

de Johnson-Cook [48]:

n & I —Ty IL. 2
- A B' '(1 C'l )'1 ( ) ’
o ( + Ep + n-

Donde 4 es el limite elastico, B es el parametro de endurecimiento por deformacion plastica,
&p es la deformacion plastica, n es el coeficiente de endurecimiento por deformacion plastica,
C es el parametro de sensibilidad a la velocidad de deformacion, &, es la velocidad de
deformacion, &, es la velocidad de deformacion de referencia, 7 la temperatura en ese
instante, 7y la temperatura de referencia, 7, la temperatura de fusion del material y m es el
coeficiente de ablandamiento térmico. En la Tabla 3 se muestran los valores de los
parametros de Johnson-Cook para el Ti-6Al-4V recogidos del trabajo de W.-S. Lee et al [49]

y empleados en el presente trabajo.

Tabla 3 Parametros de Johnson-Cook para el Ti-6A1-4V [49]
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A B - , ” &o Ty T
(MPa) (MPa) (s (K) (K)
782 498 0.028 0.28 1 107 293 1673

La ley de Johnson-Cook es ampliamente utilizada para describir el comportamiento plastico
de materiales, especialmente metalicos [13], [50], debido sobre todo a su relativa simplicidad
y la existencia de parametros para muchos metales de interés, ademés de estar orientada

principalmente para el calculo computacional [51].

Por ultimo, una vez que el material esta siendo sometido a deformacion plastica éste puede
alcanzar su deformacién méxima, instante a partir del cual éste rompe y pierde sus
propiedades mecénicas. Esta deformacion maxima se determina en los modelos numéricos
mediante criterios de dafio. Aunque existe un gran nimero de criterios, en el presente caso
de estudio se emplea propiamente el criterio de dafio de Johnson-Cook [48], descrito en la

ecuacion II. 3.
£ T—T
g = (D; + D, - eP3M) . (1 +D, - ln.—p) : [1 —D; - (—0 )] IL.3
€o Tm - TO

Donde Di, D, D3, D4 y Ds son constantes del material, n es la proporcion de triaxialidad,
siendo N=6m/Geq, donde o es la tension hidrostatica o tension principal y Geq €s la tension
equivalente de von Mises [48]. Los parametros de dafio para el Ti-6Al-4V han sido recogidos

del trabajo de D. Lesuer [52], los cuales se muestran en la Tabla 4.

Tabla 4 Parametros de daiio de Johnson-Cook para el Ti-6A41-4V [52].

DI Dz D3 D4 D5

-0.09 0.25 -0.5 0.014 3.87

Por ultimo, una vez iniciado el dafio, se produce un proceso de degradaciéon de las
propiedades en los elementos del modelo. Es decir, éstos no pierden subitamente sus
propiedades si no que éstas se van degradando progresivamente hasta ser eliminados del
modelo. Este proceso puede realizarse bajo criterios de deformacion del elemento o de

energia. En el primer caso el elemento se va degradando hasta que su longitud caracteristica
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alcanza una deformacion establecida, la cual se mide desde el punto de inicio de dicha
degradacion. En el segundo caso el material absorbe una cantidad de energia establecida y
posteriormente es eliminado [35]. Hilleborg definié en 1976 la energia requerida para abrir
una fractura en una unidad de area con el parametro Gy, caracteristico del material y cuya

ecuacion constitutiva es la representada en le ecuacion I1. 4 [53]:

£f a?
Gf:L'G:L‘fUd‘dS_p=fUd-dﬂp II. 4
4 0
duP =L - déP L5

Donde L es la longitud caracteristica del elemento, o, es la funcidn de la tension del elemento

D

en la zona de degradacion s_g es la deformacion plastica equivalente inicial y & la

deformacion pléstica equivalente final.

Cada una de las diferentes etapas se muestran representadas en la Fig. 3.

(o '\
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(D=0) o ____
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(Ley de Hooke) (Ley de Johnson-Cook) (Ley de Hillerborg)

Fig. 3 Esquema del comportamiento del material durante sus diferentes etapas.

Los procesos de mecanizado llevan implicitos fendmenos térmicos relacionados con las

deformaciones mecanicas, asi como con las interacciones (friccion y transferencia de calor
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material — herramienta). El primero de ellos es descrito por los estudios de I.G. Taylor y H.
Quinney [54] y a los cuales debe su nombre el factor de Taylor-Quinney (). Este coeficiente
representa la cantidad de energia que un metal disipa en forma de energia térmica durante
su deformacion plastica en frio y cuyo valor se ha estimado en 0.9 para el Ti-6Al-4V

considerando trabajos de otros autores [55], [34].

El segundo caso tiene que ver con la interaccion entre el material y la herramienta y sera
explicado en el capitulo 0, donde se expondran con mas detalle las diferentes interacciones

que se producen durante el proceso de mecanizado.

Este calor generado conlleva un proceso de transferencia de calor a través de material y cuya

evolucion se describe mediante la ecuacion I1. 6 [27].
dT
p.cp.a_k.ATzﬁ.dl?}.gij II. 6

Donde p es la densidad del material C, es la capacidad calorifica del material, T la
temperatura del material, £ la conductividad térmica, A7 el laplaciano de la temperatura, f

el factor de Taylor-Quinney, dfj es el tensor de la deformacion plastica y o;; el tensor de

tensiones de Cauchy. Los valores para C,y k se recogen en la Tabla 5.

Tabla 5 Propiedades térmicas del Ti-6A1-4V [27], [46].

Conductividad  Capacidad calorifica
(N/K-s) (m*/s*-K)

7.2 560

2.3.3. Material de herramienta
Composicion y caracteristicas

La herramienta empleada para el caso de estudio fue realizada a partir de un material cermet,
el cual es un material compuesto formado por polvo ceramico y metalico. Estan formados
en su mayor parte por polvo de TiCN, el cual se cohesiona empleando aleaciones mas
blandas de Co y/o Ni. Aunque cada fabricante utiliza su propia composicion, la mayoria
incluyen carburos como Mo>C, WC y TaC que pueden aumentar la dureza de la herramienta
hasta los 1600 HV [56]. Comparativamente, la dureza de la aleacion de Ti-6Al-4V suele
estar alrededor de los 349 HV [57].
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El carburo de tantalo (TaC) se suele afiadir en un porcentaje del 0.3% en peso para evitar el
crecimiento de grano en las herramientas de carburo cementado. Ademas, este compuesto
tiene una baja solubilidad en Fe por lo que la adicién de éste reduce en gran medida el
desgaste de herramientas de corte cuando se emplean en el mecanizado de materiales férreos

a altas velocidades [36].

Por otro lado, aunque el carburo de wolframio no posee una dureza tan elevada como otros
materiales, tales como el diamante, CBN u otros compuestos de boro, éste resulta mucho
mas econémicamente asequible y trabaja bien en un amplio rango de materiales. Aunque no
es propiamente un metal, a veces se le suele catalogar dentro de los metales duros y se
produce por la reaccion de wolframio con carbono y se suele emplear tras un proceso de
sinterizacion junto con cobalto (Co), siendo este ultimo el que realiza la funcion de
aglomerante. El uso de cobalto como aglomerante otorga al compuesto de WC+Co mayor
resistencia mecéanica, dado que el WC es por si solo un material fragil. Es ampliamente
utilizado no so6lo para la fabricacion de plaquitas de mecanizado, sino también en la
fabricacion de dientes de sierra, taladros (tanto en maquinas herramienta como instalaciones

petroliferas), discos y cintas abrasivas y como recubrimientos para prevenir el desgaste [36].

Por 1ultimo, el carburo de molibdeno (Mo>C) es un ceramico altamente refractario con una
temperatura de fusion excepcionalmente alta (2963 K) y buena resiliencia. Sus propiedades

son muy parecidas a las del TaC y por ello se usan de forma similar.

Aunque la dureza de los cermet es similar a la de las herramientas de metal duro, éstos son
menos susceptibles a la difusion, generan menos friccion y, por tanto, mayor resistencia al
desgaste durante el proceso de mecanizado. Estas propiedades permiten, ademads, el
mecanizado de materiales a mayores velocidades que las herramientas de metal duro y se

emplean sobre todo en los procesos de acabado o semiacabado [56].
Propiedades y ecuaciones constitutivas

Al igual que en el material de estudio, éste también se modeld bajo la hipdtesis de isotropia
y homogeneidad como es habitual. Sin embargo, a diferencia del material a mecanizar, se
considerd que las posibles deformaciones que pudiera sufrir la herramienta durante el

proceso son despreciables, llevando a modelar ésta como un cuerpo rigido.
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Bajo este supuesto, las propiedades mecanicas de la herramienta, tales como densidad,
modulo elastico o coeficiente de Poisson, no tienen ningiin efecto sobre los resultados que
pueda aportar el modelo [58]. Sin embargo es preciso que el modelo contenga valores que
definan el material, al menos, en su region elastica, gobernada por la ecuacion II. 1 y cuyos

paradmetros se recogen en la tabla Tabla 6.

Tabla 6 Propiedades mecanicas de la herramienta de carburo [59].

Densidad Modulo elastico Coeficiente
(kg/m?) (GPa) de Poisson
12700 1000 0.3

Por otro lado, las propiedades térmicas que definen la transferencia de calor a través de la
herramienta resultan ser unos pardmetros fundamentales que afectan de manera significativa
a los resultados del modelo. Esto es asi debido a que el calor generado por el proceso no es
en absoluto despreciable sobre el material de mecanizado, el cual, al contacto con la
herramienta, transfiere parte de ese calor sobre ésta. Ese calor transferido, por un lado, disipa
parte del calor del material mecanizado sobre la herramienta y, por otro, permite estudiar la
zona térmicamente afectada de la herramienta durante el proceso, la cual serd la mas
propensa al desgaste. Los valores para los parametros correspondientes a la herramienta de

carburo modelizada se recogen en la Tabla 7.

Tabla 7 Propiedades térmicas de la herramienta de carburo [59].

Conductividad ~ Capacidad calorifica
(N/K-s) (m?/s*-K)

33.5 234

2.3.4. Interacciones
Contacto

El software Abaqus/Explicit emplea dos tipos de algoritmo para definir contactos e
interacciones dentro de un modelo: general contact (contacto general) y contact pairs

(contacto por pares) [60].

El primer tipo de algoritmo, aunque no es completamente automatico, simplifica
considerablemente el proceso de deteccion de las superficies del modelo ademas de ser el

unico algoritmo que permite la interaccion entre elementos Eulerianos y Lagrangianos o con
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elementos SPH. Sin embargo, aunque el general contact es muy util para definir y
determinar contactos simples dentro de un modelo de manera rapida y sencilla, el uso del
contact pairs es especialmente recomendable para contactos entre dos superficies de
modelos bidimensionales o contactos que garanticen la no penetracion de dos superficies
atendiendo a las fuerzas de reaccion entre ellas. Es por ello que en el modelo numérico de

mecanizado 2D se empled este segundo tipo de algoritmo.

El algoritmo de contact pairs requiere determinar dos superficies, las cuales deben definirse
como “maestra” y “esclava”. La superficie denominada como “maestra” tendra prioridad
durante el contacto, es decir, su superficie no puede ser penetrada en ninglin caso por nodos
de la superficie esclava, pero si al contrario [61], tal como muestra la Fig. 4. La manera de
evitar o, al menos, disminuir la penetracion de la superficie “maestra” sobre la “esclava” es
realizando un afinado de malla de esta ultima, razén por la cual el tamafio de los elementos
correspondientes a la que se defina como superficie “esclava” se recomienda que sea menor
o igual que los de la superficie “maestra”. En todos los casos de estudio, la superficie
“maestra” se ha establecido sobre la herramienta, mientras que la superficie “esclava” se

establecio sobre el material a mecanizar.

Los nodos de la superficie esclava no pueden
penetrar en los segmentos de la superficie maestra

Superficie
maestra

-~

\Superﬁcie

esclava

~

. Espacio entre
Los nodos de la superficie maestra pueden penetrar superficies

en los segmentos de la superficie esclava

Fig. 4 Esquema de adaptacion de la superficie maestra sobre la superficie esclava debido a un tamario de malla grueso.
Friccion

La otra interaccion clave a la hora de realizar un modelo de mecanizado es la friccion, en

concreto el modelo emplea una ley extendida de la friccion clasica de Coulomb [62]. Como
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ya se mencion6 en la seccion 2.3.2, la friccion genera durante el proceso de mecanizado un
aumento de la temperatura en las superficies de contacto entre la herramienta y el material,
ademas de inducir tensiones cortantes y afectar a las fuerzas en la interfaz herramienta-

viruta.

La ley de Coulomb para la fricciéon fue determinada en 1785 por Charles-Augustin de
Coulomb, la cual considera cuatro factores como determinantes de la friccion: el tipo de
materiales en contacto o su recubrimiento, el area de contacto, la presion normal a la
superficie y el tiempo que se mantienen en contacto ambas superficies [63]. Es importante
sefialar que este modelo de friccion se emplea para determinar el rozamiento entre dos

superficies en seco.

La ley de Coulomb para la friccién asume que no se produce movimiento relativo entre dos
superficies en contacto si la tension equivalente de friccion (T.4) €s menor que su tension
critica (t.pi¢), la cual es proporcional a la presion de contacto [62]. Ambos parametros estan

definidos matematica por las ecuaciones II. 7 y II. 8 respectivamente.
Teqz "[%-l—‘[% I1. 7

Terit = U D II. 8

Por tanto, la condicion de Coulomb para que exista movimiento relativo entre dos superficies
y, por tanto, rozamiento quedaria definida por la ecuacion II. 9 o, de manera extendida, la

ecuacion I1. 10.

Teq < Terit I1.9

/Tf+f§£ﬂ-p IL 10

Donde 7, y T, son las tensiones superficiales en las direcciones tangencial y binormal, tal
como se muestra en la Fig. 5, p es la presion en la direccion normal a la superficie y u es el

coeficiente de friccion.

29



Modelizacion numérica bidimensional y tridimensional aplicado al Universidad

mecanizado de aleaciones aeronduticas. ucdm | Carlos Il
de Madrid

Héctor Lopez-Galvez Mufioz. Dpto. Ingenieria Mecanica

Fig. 5 Componentes de las variables de la ley de Coulomb para la friccion.

Si dicho coeficiente de friccion es isotropo (igual en todas direcciones) y la direccion de
deslizamiento y la tension por friccion coinciden, el algoritmo cumplird la condiciéon de la
ecuacion IL 11.

w_h

Teq Vegq

)./eq = ’Vlz +YZ2 I 12

Donde y; es la velocidad de deslizamiento en la direccion iy y,4 €s el modulo de la velocidad

II. 11

de deslizamiento.
Efecto térmico de la friccion

El modelo numérico realizado se definié como un modelo térmico-desplazativo acoplado
(coupled temperature-displacement). Este tipo de modelo requiere un tipo de célculo que
ejecute de manera simultdnea calculos de desplazamientos/tensiones junto con calculos
térmicos a la vez que los enlaza de manera que los resultados de ambos se vean influenciados
entre ellos, siendo mutuamente dependientes. El la Fig. 6 se representa el esquema general

del algoritmo de calculo de este tipo de modelos.
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Condiciones iniciales
*  Velocidad de corte
*  Temperatura inicial
»  Condiciones de contorno

A

Actualizacion de la
temperatura en los
nodos

Analisis térmico
»  Temperatura
*  Conductividad térmica
»  Calor especifico

Distribucién de
— temperatura en los nodos
Analisis mecanico viscoelastico

*  Expansion térmica
*  Mobdulo elastico

*  Limite elastico <

térmico-desplazativo acoplado
(coupled temperature-displacement)

9 «  Endurecimiento por deformacién Actualizacién del
T «  Fluencia campo de
< desplazamientos

*  Ablandamiento por temperatura

Campo de
desplazamientos

NO

Incremento del tiempo
de calculo (t;11)

Resultado
final (en ty)

Sl

Analisis de los
resultados

Fig. 6 Esquema general del algoritmo durante un proceso de calculo de un modelo térmico-desplazativo acoplado (coupled

temperature-displacement).

El modelo incluye el factor #, el cual determina qué parte de la energia generada por la
friccion se convertird en calor. Dicho factor toma valores entre 0 y 1. Un valor de 0 indicaria
que la energia generada por la friccidon no se convierte en energia térmica, mientras que un
valor de 1 indicaria que toda la energia es convertida en calor [64]. A la par, se debe definir
otro factor que determine qué parte de ese calor generado se transmite a la superficie propia
o es transmitida a la superficie en contacto tal como se muestra en la Fig. 7. Para cada
superficie se define un parametro, f, y fg, sin embargo, estos factores estan relacionados de
manera que fp = 1 — f,4. Siendo f, el factor para la superficie maestra y fp el factor de la

superficie esclava.
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Fig. 7 Esquema del flujo de calor que se genera en un modelo térmico-desplazativo acoplado durante el rozamiento entre

dos superficies.

La cantidad de energia liberada en forma de calor en cada superficie es determinada por las

ecuaciones II. 13 y II. 14 [65].

qa = fa N P IL. 13
qg = fg N Prr = (1 —fa) -1 Py IL. 14
Pro=1-8 1. 15

Donde g4 y qg es el flujo de calor en la superficie maestra y esclava respectivamente
generado por la friccion, T es la tension a cortadura generada por la friccion y s es la
velocidad de deslizamiento. Si ademas se consideran los procesos de transferencia de calor
producidos por conduccién (qy) y radiacion (q,), el flujo de calor vendra definido por las

ecuaciones 1. 16 y II. 17 [64].

qa=qx t+qr —fa-nT-y I1. 16

g = —qQx —qr — fp " NT VY 1. 17

2.4. Modelo de mecanizado 2D basado en energia de fractura

Como ya se explico en el apartado 2.3.2, uno de los factores que influyen de forma
determinante en el comportamiento de modelos de mecanizado o cualquier otro modelo que
estudie comportamientos de rotura de cualquier tipo es el criterio de dafio. Este criterio

determinara la energia o la deformacion que un material es capaz de absorber hasta su fallo.
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Sin embargo, en el caso de modelos de mecanizado éste criterio puede tener otros efectos
tales como efectos en las fuerzas de corte, morfologia de viruta, temperatura y deformacion

maxima del material.

En este caso se procedio a implementar en el modelo de mecanizado 2D un criterio de dafo
basado en la energia de fractura [35] y cuyo comportamiento constitutivo esta definido por
la ecuacion II. 4. Este criterio es fuertemente dependiente del tamafio del elemento debido a

la variable L (longitud caracteristica) y debe tenerse en cuenta.

Como punto de partida se considerd una energia de fractura de Gr= 45000 J/m? para el Ti-
6AIl-4V con un tamafo de elemento en el modelo de 8 um. Esta energia es modificada en

funcion de la longitud caracteristica del elemento segun la ecuacion II. 18

L
Gr(L) =G IL 18

Esta consideracion es de vital importancia durante el estudio de sensibilidad de malla, donde

el tamafio del elemento del modelo varia segtn el caso de estudio.

15000 J /m?

b

L

Fig. 8 Esquema del modelo geométrico (Izq.) y sus particiones con una energia de fractura de 15000 J/m’ en la zona de

capa de sacrificio y (Der.) mallado de la geometria con un tamario de elemento en el material de 8um.

En el modelo geométrico descrito en las Fig. 1 y Fig. 8 se puede observar una particion
denominada “capa de sacrificio”. Como ya se menciond, la funcion de esta particion facilita
la separacion de la parte del material, definida como viruta, del resto del material. Por otro
lado, en primer lugar, restringe la orientacion de los elementos en esa zona y en segundo

lugar evita problemas de distorsion de elementos eliminandose. El espesor de esa zona (1
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um) es cien veces menor que el del avance (100 um), tal como se puede observar en la Fig.
8, de tal forma que su efecto en los resultados sea despreciable. Para favorecer su eliminacion
se establecio una energia siempre menor o igual que la del resto del material. En este caso
se determin6 la energia de fractura Gr = 15000 J/m” en esa zona. Energias de fractura
mayores en este material aumentan el riesgo de distorsion de elementos a medida que la

velocidad de corte disminuye.

A continuacion se presentan los resultados obtenidos a partir del modelo, partiendo de un
analisis de sensibilidad de malla y del mass scalling. Posteriormente se analizara el efecto
de los parametros térmicos de la friccion sobre el modelo y de la energia de fractura sobre
la morfologia y las fuerzas de corte, empleando este tltimo estudio para validar el modelo

con respecto a ensayos experimentales obtenidos en la bibliografia.

2.4.1. Resultados
2.4.1.1. Analisis de sensibilidad de malla

El analisis de sensibilidad de malla es un procedimiento que estudia la influencia del tamafio
de los elementos de la malla sobre los resultados que el modelo ofrece [66]. Debido a esta
influencia es preciso reducir el tamafio de los elementos (refinamiento de la malla) hasta
alcanzar un tamafio a partir del cual los resultados del modelo no varien o ésta pueda
considerarse despreciable. Una disminucion del tamafio de los elementos supone un aumento
en el numero de éstos dentro del modelo y, por tanto, mayor nimero de célculos e
interacciones. Lo que implica un aumento en el tiempo de calculo tal como se puede observar

en la Fig. 10.

Dicho analisis se realizo con una serie de parametros constantes, que se describen en la Tabla

8, y con tamafios de elemento de 15 um, 10 pm, 8 pm y 5 pm.

Tabla 8 Parametros empleados en el andlisis de sensibilidad de malla.

Energia frgctura Energia frac.turg Velocidad de corte -
material capa de sacrificio e Friccion
J/m?) J/m?)
45000 15000 3 0.8
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En la Fig. 9 se tiene el andlisis de sensibilidad de malla con respecto a las fuerzas especificas
tanto de corte como de avance. La presion especifica o fuerza especifica es, por definicion,

la fuerza aplicada por unidad de area:

F
=— I 1
f A 9

A,=e p=a-p II. 20

Donde F es la fuerza aplicada, 4, el area de la viruta, e; el espesor de la viruta, que coincidira
con el avance a, y p la profundidad. En el caso de modelos 2D el espesor tomara el valor
unidad. Las presiones de corte y avance especificas se definirian respectivamente con las

ecuaciones II. 21 y II. 22

F.
=— II. 21
=7

_fa 1. 22
fa - Av .
Donde F. y F, son las presiones de corte y avance respectivamente.

Se puede observar tanto en Fig. 9 como en la Tabla 9 que con el analisis de sensibilidad de
malla realizado se obtiene un tamafo de elemento adecuado de 8 pm. Si bien es cierto que
la presion especifica de corte se estabiliza con un tamafio de elemento de 10 um, la presion
especifica de avance no se estabiliza hasta las 8 um. A partir de ese tamafio la disminucioén
del tamafo de los elementos genera variaciones que se pueden considerar despreciables en
los resultados de las presiones especificas. Sin embargo, en la Fig. 10 se puede observar
como el aumento del tiempo de calculo se incrementa considerablemente cuando se pasa de

un tamafio de 8§ a 5 um.
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Fig. 9 Efecto del tamaiio de elemento de la malla sobre las presiones de corte (Fc) y avance (Fa) para una velocidad de 3

m/s, Gviruta)=45000 J/m?, Ge(capa)=15000 J/m?, u=0.6.
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Fig. 10 Efecto del tamario de elemento de la malla sobre el tiempo de calculo en horas para una velocidad de 3 m/s,

Giviruta)=45000 J/m?, Gy(capa)=15000 J/m?, u=0.8

Tabla 9 Variacion de las fuerzas especificas de corte y avance segun la variacion del tamario del elemento de malla.

Tamarios de elemento A Variacion fc e Variacion fa
corte - avance -
i) (N/mm?) %) (N/mm?) e
15-10 2698 — 2552 5.7 2335 - 2009 16.2
10-8 2552-2512 1.6 2009 — 1919 4.7
8-5 25122479 1.4 1919 - 1936 0.9
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2.4.1.2.  Analisis del mass scaling

El mass scaling es un procedimiento matematico que mediante el reescalado de la densidad
de los elementos criticos de un modelo numérico que permite acelerar el calculo sin pérdida

de precision en los resultados [67].

El tiempo de calculo, o coste computacional, en un modelo explicito viene determinado por
la condicién de Courant—Friedrichs—Lewy (CFL), la cual determina el tiempo de paso
maximo para garantizar la convergencia de soluciones de ecuaciones diferenciales parciales

para modelos explicitos [32].

h

Atsf-H , 1. 23
min

Donde At es el paso de tiempo estable, fes un factor de escala para garantizar la convergencia
(generalmente se toma un valor de 0.9), 4 es la longitud caracteristica del elemento mas

pequeiio del modelo y ¢ la velocidad de propagacion de la onda en el modelo.

La velocidad de propagacion de la onda dependeré del material tal como muestra la ecuacion

que la define.

c= |— II. 24

Por lo que la ecuacion II. 23 podria reescribirse como

0
v 12

min

At < f -

De la ecuacion anterior se puede observar la influencia de una serie de parametros que
influyen directamente en el paso de tiempo de célculo y, por tanto, en el tiempo
computacional requerido por el modelo. Es habitual considerar el tamafio de los elementos
como la primera opcion para disminuir el tiempo de calculo. Sin embargo, existen dos
razones principales por las cuales el tamafio de los elementos de la malla no puede tener un

tamafo por encima de un limite.

La primera de ellas es el efecto de dicho tamafio de los elementos en los resultados del

modelo tal como se pudo observar en la Fig. 9. Del efecto de este pardmetro sobre el tiempo
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de calculo y los resultados nace la necesidad de realizar los anélisis de sensibilidad de malla

como se mostrd con claridad en la Fig. 10.

La segunda razon es la necesidad de elementos de tamafios muy pequefios en ciertas zonas
del modelo debido a necesidades geométricas. Como se puede ver en la Fig. 11, ciertas
geometrias obligan a un mallado mucho mas fino que el resto del modelo para mantener la

continuidad y la coherencia de la geometria.

Fig. 11 Ejemplo de zona con malla fina por requerimientos de la geometria del modelo.

Por otro lado, la disminucién del mddulo elastico también aumentaria el tiempo de paso de
calculo, sin embargo, este es un parametro caracteristico del material y, por tanto, no es un
parametro que pueda modificarse libremente. Sin embargo, este parametro sefiala la
importancia de utilizar las unidades adecuadas segun el modelo, recomendandose el sistema
de unidades que permita los valores mayores. Es decir, utilizar metros en vez de milimetros

o toneladas en vez de kilogramos siempre que sea posible.

Por ultimo, el parametro de la densidad puede también modificar el paso del tiempo. En este
caso, segun la ecuacion II. 25, el paso de tiempo en el calculo serd tanto mayor cuanto mayor
sea la densidad del menor de los elementos del modelo. El procedimiento del mass scaling
no modifica directamente la densidad de los elementos, sino que una vez determinado un
paso de tiempo minimo, modifica la densidad de aquellos elementos cuya densidad propia
obliga al modelo a un paso de tiempo menor. De esta forma aumenta la densidad de dichos

elementos hasta ajustar el paso de tiempo al minimo determinado como se esquematiza en
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la Fig. 12. A partir de ese momento el célculo tomara el tiempo del mass scaling como el

tiempo del paso de calculo para todo el modelo.

[av ]>[ e > (0

- > (mass scallng

-

At \ At
D > o > (D [t >

(d)

Fig. 12 Esquema de efecto del mass scaling sobre el tiempo computacional y densidad segun el tamario de los elementos.
Los cuadrados en blanco indican aquellos elementos cuya densidad ha sido modificada para ajustarse al At del mass

scaling.

La seleccion de un paso de tiempo en el mass scaling puede, sin embargo, acarrear una serie
de problemas tales como afectar a los resultados del modelo o falta de convergencia si genera
un aumento de la velocidad de propagacion de la onda que provoque una distorsion excesiva
de los elementos. En modelos con geometrias sencillas o periddicas, donde una inspeccion
visual permite detectar rdpidamente las zonas con los elementos mas pequenos, se puede
saber a priori que el mass scaling no afectara a los resultados si la zona afectada no estd en
las inmediaciones de la zona de interés. Por otro lado, en los casos donde una inspeccion
visual no permita determinar la zona que pueda verse afectada por el reescalado de la
densidad, se requiere un estudio paramétrico del modelo tal como el que se muestra en la

Fig. 13.
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Fig. 13 Presiones especificas de corte (fc) y avance (fa) en funcion del factor de mass scaling comparados con el modelo

sin mass scaling para una velocidad de 3 m/s, Gnviruta)=30000 J/m’, Gi(capa)=15000 J/m’, u=0.8.

Del estudio paramétrico del modelo se obtiene un valor de At=1e-10 segundos como un
valor satisfactorio. Los resultados en las presiones de corte no se ven afectados
significativamente (Fig. 13), asi como la morfologia de la viruta (Fig. 15). A su vez se
consigue una disminucion de los tiempos de calculo del orden del 22.44% con respecto al

modelo original sin mass scaling.

250
100 % 100 %
200
c
E 77.56 %
P 150
=
L")
' 100
()]
T
o
g— 11.71%
[}]
g, [
1e-9 1e-10 1e-12 No mass
scaling
(9.2e-11)

Mass scaling (s)

Fig. 14 Tiempo de calculo en minutos en funcion del factor de mass scaling comparados con el modelo sin mass scaling

para una velocidad de 3 m/s, Gyviruta)=30000 J/m?, Gi(capa)=15000 J/m?, u=0.8.

Se observa que para valores mayores al propio paso de tiempo del modelo sin mass scaling

(9.293e-11 s) éste no tiene ningun efecto ni en los resultados ni en los tiempos de célculo.
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Por el contrario, un mass scaling muy superior al tiempo de paso original puede disminuir
considerablemente el tiempo de calculo (hasta un 88.29% para un At=1e-9 s), pero también
afecta considerablemente a los resultados tanto de las presiones de corte y avance (Fig. 13)
como a la morfologia de la viruta (Fig. 15). Este caso, con un mass scaling demasiado
grande, corresponderia al esquema de la Fig. 12d, donde todo el modelo es reescalado. En
cambio, con un valor de At=1e-10 segundos se estaria en el caso de la Fig. 12b, en la que
solo los elementos criticos del modelo se ven afectados, aumentando el paso de tiempo

critico sin afectar al resto del modelo.

_ _ _ Sin mass scaling
At=1e-9 At=1e-10 At=1e-12 (At=9.4e-11)

Fig. 15 Efecto del mass scaling en la morfologia de la viruta para una velocidad de 3 m/s, Guviruta)=30000 J/m’,
Gicapa)=15000 J/m?, u=0.8.

2.4.1.3. Efecto de los parametros térmicos de la friccion

Tal como se explico en el subcapitulo 2.3.4, uno de los pardmetros que pueden afectar a los
resultados del modelo es la energia disipada en forma de calor que se produce por la friccion

entre las superficies en contacto con movimiento relativo entre ellas.

Para el modelo en cuestion se realizdé un estudio paramétrico de la Fraccion de Calor
Generada por la Friccion (F.C.G.F), es decir, el porcentaje de energia que la friccion
transforma en calor. El estudio paramétrico se realizd con una velocidad de 3 m/s, una
energia de fractura para la viruta de 15000 J/m?, 30000 J/m? y 45000 J/m? y para la capa de
sacrificio 15000 J/m? con un coeficiente de friccién de 0.8 tal como se resume en la Tabla

10.
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Tabla 10 Parametros del estudio paramétrico

Energia frgctura Energia frac.turfz Velocidad de corte -
material capa de sacrificio ) Friccion F.C.G.F
(J/m?) (J/m?)
45000 15000 3 0.8 0-025-05-0.75-1
30000 15000 3 0.8 0-025-05-0.75-1
15000 15000 3 0.8 0-025-05-0.75-1

Los resultados del estudio se muestran en la Fig. 16. Se puede observar un aumento de la
temperatura maxima de la herramienta a medida que la fraccidon de calor generado por la
friccion (F.C.G.F.) aumenta desde 0 a 1 (del 0 al 100%). En este sentido, en la Fig. 16a, para
el caso de una energia de fractura de 15000 J/m? la temperatura asciende desde 655 a 753 K,

para 30000 J/m? de 756 a 883 K y para el caso de 45000 J/m? desde 843 a 977 K.

1200 —e— 15000 --4-- 30000 --+---45000
140
100 PSR E— . _ 120
< &---=-""""""" o [T Armem e m = -A 5
X 800 PO AT — © 100
© 2
2 600 s 80
© @
o g_ 60
g 400 3 40
()
F 200 20
0 0
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 15000 30000 45000
F.C.G.F Energia de fractura (] /mz)

(a) (b)

Fig. 16 a) Estudio de la temperatura (K) en funcion de la fraccion de energia disipada en la friccion en forma de calor y
b) diferencia de temperaturas entre F.C.G.F. del 0 al 100% para una velocidad de 3 m/s, Gf(viruta)=15000, 30000 y 45000
J/m2, Gf(capa)=15000 J/m2, u=0.8.

En la Fig. 16b se muestra la diferencia de temperaturas entre 0 y el 1 de la F.C.G.F. para los
tres casos de estudio. Es decir, el calor aportado al modelo de mecanizado por la friccion.
Para las energias de fractura de 15000, 30000 y 45000 J/m? esta diferencia en temperaturas
paraun factor de 0 y 1 es de 97, 127 y 134 K respectivamente. Esto supone que, en términos
relativos, de media, el 13.67+0.71 % del calor total es aportado por la friccion. Por tanto,

este factor tiene un claro efecto sobre las temperaturas del modelo, sin embargo, la mayor
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parte del calor aportado tiene su origen en la deformacion plastica del material tal como

ocurre con otros materiales metalicos [68].

Este calor afiadido al que se genera por la deformacion pléstica tiene un efecto directo sobre
las presiones de corte debido al ablandamiento del material, tal como se puede muestra en la
Fig. 17. Se puede observar una disminucion de las presiones especificas de corte a medida

que aumenta el F.C.G.F.
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Fig. 17 Variacion de las presiones especificas de corte para un F.C.G.F. del 0 al 100% para una velocidad de 3 m/s,
Gfviruta)=15000, 30000 y 45000 J/m?, Gf{(capa)=15000 J/m? u=0.8.

La diferencia de presiones especificas obtenidas entre un F.C.G.F. de 0 y 1 para una energia
de fractura de 15000, 30000 y 45000 J/m? son respectivamente 251, 141 y 137 N. Esto
supone una variacion del 19.24%, 6.15% y 5.57% para cada caso. Se comprueba, por tanto,
que dicho factor tiene un efecto significativo en las presiones de corte, tanto mas cuanto
menor es la energia de fractura. Esto es debido a que una menor energia de fractura permite
una menor deformacion plastica y, por tanto, una menor contribucion de la temperatura por

deformacion plastica en términos absolutos tal como recogia la Fig. 16b.

Cabe senalar que el F.C.G.F. no so6lo afecta a las presiones especificas de corte y las
temperaturas en la herramienta, sino también a la morfologia de la viruta (Fig. 18). En este
sentido, un aumento de este factor induce una ruptura de la viruta debido al ablandamiento

del material producido, como ya se indico.

El estudio paramétrico realizado permite afirmar que la F.C.G.F. es un pardmetro que no

puede ni debe obviarse a la hora de definir un modelo numérico donde el calor generado en
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el proceso pueda afectar a los resultados. Este es el caso de un modelo de mecanizado o de
impacto, especialmente en metales, donde el calor afecta notablemente a las propiedades

mecanicas del material.

En lo que al resto del presente trabajo se refiere, se consider6é un F.C.G.F. de 1. Esto es asi
bajo la premisa de que la energia total del sistema debe mantenerse constante dentro del

modelo. Transformando parte de la energia cinética en forma de energia calorifica.

FC.GF=0 FC.G.F=0.5 FC.G.F=1

Fig. 18 Morfologia de viruta para valores de la F.C.G.F. de 0, 0.5 y 1 (Gf{viruta)=30000 J/m?, u=0.8) .

2.4.1.4. Efecto de la friccion

En este apartado se procederd a un estudio paramétrico de coeficiente de friccion (M) y su
efecto sobre las presiones especificas de corte y avance, asi como sobre la morfologia de

viruta y la temperatura méaxima en la herramienta.

En la Fig. 19 se tienen los resultados del estudio. Por un lado, en la Fig. 19a se tienen las
presiones especificas de corte (fc) para unos valores de la friccion de 0, 0.25, 0.5, 0.8 y 1
para velocidades de corte (Vc) de 1, 3, 5, 10, 15 y 20 m/s. Se puede observar un claro
aumento de las presiones especificas de corte a medida que aumenta el coeficiente de
friccion, sin embargo, las presiones especificas aumentan notablemente a partir de una
friccion de 0.5. Este aumento en las presiones especificas se debe a la adhesion de la interfaz
viruta’/herramienta tal como se puede observar en la Fig. 20. El efecto de la velocidad sobre
las fuerzas de corte, por tanto, solo es significativo para coeficientes de friccion altos
(0.4<u<1) [68]. La adhesion no solo retrasa el “rizo” de la viruta sino que también se observa

un claro acortamiento en la longitud de ésta. Esto induce una compactacion de la viruta,

44



Modelizacion numérica bidimensional y tridimensional aplicado al Universidad

mecanizado de aleaciones aeronduticas. ucdm | Carlos |l
de Madrid

Héctor Lopez-Galvez Murioz. Dpto. Ingenieria Mecanica

endureciendo el material, lo que explica el aumento de las presiones especificas de corte, y

haciendo la viruta mas ancha.

Se puede observar también en la Fig. 21 el aumento de la longitud de contacto en milimetros

para las fricciones estudiadas, medidas en el mismo instante que la Fig. 20.
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Fig. 19 a) Presiones especificas de corte especifica para unos valores de la friccion u=0, 0.25, 0.5, 0.8 y 1, una velocidad
de cote Ve=1, 3, 5, 10, 15y 20 m/s y Gf{viruta) =45000 J/m’ b) Porcentaje de la diferencia entre las presiones especificas

de corte para una velocidad de cote (Vc) de 1, 3, 5, 10, 15 y 20 m/s entre dos valores de friccion contiguos.

u=0 u=0.25 u=0.5 u=0.8 u

1

Fig. 20 Morfologia de la viruta para una velocidad de cote (Vc) 3 m/s con fricciones de 0, 0.25, 0.5, 0.8 y 1 en el instante
de tiempo de t=0.23 ms y Gf(viruta)=45000 J/m>.

Se puede observar también en la Fig. 21 el aumento de la longitud de contacto en milimetros
para las fricciones estudiadas, medidas en el mismo instante que la Fig. 20. En este caso se
obtienen longitudes de contacto de 0.104, 0.159, 0.186, 0.237 y 0.265 mm para fricciones
de p=0, 0.25, 0.5, 0.8 y 1 respectivamente. Se ve un claro aumento de la longitud de contacto

a medida que aumenta el coeficiente de friccion.
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Incluso en casos donde las presiones especificas de corte empiezan a ser similares (U=0.8 y
M=1), este factor tiene un claro efecto tanto en la morfologia de la viruta como como en dicha

longitud de contacto.
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Coeficiente de friccion

Fig. 21 Longitud de contacto viruta/herramienta en funcion del coeficiente de friccion en el instante de tiempo de t=0.23

ms y Gfviruta) =45000 J/m’.

La ecuacién II. 10, la cual define el valor y las condiciones del coeficiente de friccion,
permite calcular el coeficiente de friccion a partir de las presiones especificas de corte y

avance.

/Tf+r§Su-p

2 2
vii + 7 1L 26

U=

p
Para el caso de corte ortogonal con un dngulo de desprendimiento a=0° se puede considerar
la presion normal, p, como la presion especifica de corte, fc, y las tensiones normal y
binormal, 7, y 7, respectivamente, como la presion especifica de avance y radial, fa y fr

respectivamente, tieniendo:

2 2
. —\/f“fJffr IL. 27
c
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Es fundamental sefialar que en el caso de los modelos de corte ortogonal la presion especifica

radial es nula, por lo que en el caso bidimensional la ecuacion II. 27 se puede simplificar

como:
fa
U=— I1. 28
fc
fc-u=fa I1. 29

Segin la condicion de friccion de Coulomb, dos superficies en contacto no tendran
movimiento relativo siempre que fc-u > fa. El deslizamiento se producird cuando la
presion especifica de avance (tension a cortadura) sea igual al producto de la presion

especifica de corte (presion normal) y el coeficiente de friccion [68], es decir.

_fa
" fe

Es preciso sefalar en este punto que el modelo numérico determina los valores tanto de fc

" 1. 30

como de fa, mientras que el coeficiente de friccion es un dato intrinseco de la interaccion de
los dos materiales en contacto. Esto puede incurrir en una incoherencia entre los datos con
respecto a la ecuacion II. 30, es decir, el coeficiente de friccion definido en el modelo no
tiene por qué coincidir con la friccion resultante de dicha ecuacion en el caso de modelos de
mecanizado, como de hecho ocurre en algunos casos. Para evitar este conflicto, en 1963,

N.N. Zorev establecio la siguiente ley constitutiva en la interfaz [69]:

T= min(ry,u . p) II. 31

Donde ty (limite elastico a cortadura) equivaldria en un modelo de corte ortogonal a fa
(presion especifica de avance) [68]. Esta ley constitutiva implica que el valor real de la
friccion durante el proceso serd la menor entre la definida como intrinseca de la interaccion
o la resultante de la ecuacion II. 30. Este criterio ha sido implementado por otros autores

como Marusich et al. [70] en modelos de corte ortogonal con buenos resultados.

Por otro lado, cabe sefialar que la presion especifica de avance no estd generada
exclusivamente por la friccion entre la viruta y la superficie de deslizamiento. A esta fuerza
se le suma la fuerza de empuje del material en la punta de la herramienta debida a su

recuperacion elastica. Debido a esto se pueden considerar dos tipos de fricciones, la friccion
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propia (ft), que solo tiene en cuenta las presiones localizadas sobre la superficie de
deslizamiento, es decir, sin contar con el radio del filo, y la friccion aparente (L4p), que
considera la fuerza media aplicada sobre toda la superficie de la herramienta [68] y que es

la que se obtendria en ensayos experimentales.

a
‘H — f desl. 1L 32
fcdesl.
fa
Hap = II. 33

En la Fig. 22 se pueden observar los valores de fc y fa de toda la superficie de contacto y
solo considerando la superficie de deslizamiento, fc(desl.) y fa(desl.), para una friccién
global de p=0, 0.5 y 0.8 y una energia de fractura para la viruta y la base de Gf(viruta)=45000

J/m?2.
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Fig. 22 Presiones especificas de corte y avance para una friccion de u=0, 0.5 y 0.8 con una energia de fractura de la
viruta/base de Gf{(viruta)=45000 J/m?. En negro las presiones especificas de corte y avance considerando toda la superficie
de la herramienta y en rojo las presiones especificas de corte y avance considerando unicamente la superficie de

deslizamiento de la herramienta.

En la Fig. 22 se observa que para una friccion nula, la presion especifica de avance sobre la

superficie de deslizamiento es también nula, como cabria esperar. No asi las presiones
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especificas de corte, qué si se ejercen perpendiculares a dicha superficie de deslizamiento de
la herramienta. Si bien, tanto las presiones especificas de avance como las de corte son

notablemente mas bajas que las que se obtienen considerando también el radio de punta.

Tanto las presiones especificas de corte y avance en la superficie de deslizamiento convergen
para valores de la friccion superiores a 0.5, a diferencia de los resultados obtenidos al tomar
toda la superficie incluyendo el filo. En este segundo caso se pudo observar que las fuerzas
convergen a partir de un valor de la friccion a partir de 0.8 (Fig. 19). Esto manifiesta que el
valor de la friccidon no solo afecta a la morfologia de la viruta y a la superficie de contacto
viruta/herramienta, sino que ademas la friccion favorece la acumulacién de material en la
punta de la herramienta en mayor o menor medida. Esto es un indicador de la facilidad del
material, en este caso Ti-6Al-4V, para adherirse al filo de la herramienta, lo cual es un

problema caracteristico de éste [71].

Con los resultados de la Fig. 22 se pueden obtener las fricciones aparentes y propias del
material atendiendo a las ecuaciones II. 32 y II. 33, las cuales se muestran en la Tabla 11.
Mientras que la friccion propia () cumple en todos los casos la condicién de Zorev [69]
descrita en la ecuacion II. 31, no ocurre asi con la friccidon aparente para un valor nulo de la
friccion implementada debido, como ya se explicd, a la fuerza de empuje del material en la
punta de la herramienta, las cuales generan presiones especificas de avance no relacionadas
con la friccion. Es, sin embargo, esta ultima la que se toma directamente de los ensayos

experimentales de corte ortogonal.

Tabla 11 Fricciones propias () y aparentes (lqp) medias segun el valor de la friccion intrinseca implementada al modelo
y obtenidas a partir de los resultados de la Fig. 22 con velocidades de corte Vc=1, 3, 5, 10, 15 y 20 m/s comparadas con
valores experimentales medios de fricciones de Ti-6A1-4V de J. Marino Romero [72], M.M. Handy et al. [73] (valor a partir
de 873 K) y V. Fitseva [74].

Friccion _ _ _ Fricciones
implementada p=0 =l =00 experimentales
Himedia 0.00 0.37 0.42 0.34%0.07 [73]; 0.4 [74]
Ve, et 0.38 0.50 0.73 0.71+0.03 [72]

Si bien la friccion obtenida de los trabajos de M.M. Handy et al. [73] y V. Fitseva [74] se
obtuvieron de ensayos de fretting y no de ensayos de corte ortogonal y, por tanto, no podrian
tomarse a priori como una referencia equivalente a la fricciéon obtenida mediante las

simulaciones numéricas, permite dar un orden de magnitud para este valor. Cabe destacar
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que el valor al cual converge la friccion propia en el modelo numérico estd dentro del rango

de valores que se obtienen experimentalmente para este material.

En cuanto a la friccion aparente, se puede observar en la Tabla 12 que su valor converge a
partir de 0.72, el cual estd en concordancia con el coeficiente de friccion experimental de

0.71 obtenido en el trabajo de J. Marino Romero [72].

Por tanto, el modelo no s6lo es capaz de reproducir la friccion propia del material atendiendo
a las presiones sobre su cara de deslizamiento, sino que también reproduce la friccion

aparente del ensayo con un error relativo entre el 5.4% y el 1.4%.

Tabla 12 Fricciones aparentes (Wap) medias segtin el valor de la friccion intrinseca implementada al modelo obtenidas a

partir de los resultados de la Fig. 19 con velocidades de corte Ve=1, 3, 5, 10, 15y 20 m/s y energia de fractura
Gfviruta)=45000 J/m>.

Friccion _ ~ _ _ -
implementada = #=0.25 u=0.5 u=0.8 u=I
Hap. media 0.38 0.41 0.50 0.71 0.72

Sin embargo, aunque el modelo sea capaz de alcanzar un valor de friccion que converja con
relativa precision al obtenido experimentalmente, incluso aunque se sobreestime dicho
parametro, para un correcto estudio de pardmetros como la longitud de contacto o la
morfologia de viruta es preciso que la friccion global sea la que corresponda para el caso

(0.7). Los efectos de sobreestimar o subestimar este parametro se mostraron en las Fig. 20 y

Fig. 21.
2.4.1.5. Efecto de la energia de fractura

A continuacion se presenta el efecto de la energia de fractura en la viruta y la base (Fig. 1)
manteniendo constante la energia de fractura de la capa de sacrificio en 15000 J/m?. Los
resultados en la Fig. 23 muestran tanto las presiones especificas tanto de corte como de
avance. En ambos casos se puede observar una disminucion de las presiones especificas a
medida que aumenta velocidad de corte debido al ablandamiento térmico, estabilizandose a

altas velocidades de corte [8], [27], [35], [72], [75], en este caso partir de 10 m/s.
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Fig. 23 (Izquierda) presiones especificas de corte y (Derecha) presiones especificas de avance para una velocidad de
corte (Ve) de 1, 3, 5, 10, 15 y 20 m/s, energias de fractura en la viruta Gf(viruta)=15000, 30000, 45000, 60000, 75000
J/m?y u=0.8.

De la misma manera, la morfologia de la viruta se ve seriamente afectada por la energia de
fractura aplicada tal como se ve en la Fig. 24, la cual se muestra para una velocidad de corte
de 3 m/s y un coeficiente de friccion de 0.8. De esta forma, para energias de fractura de
45000 J/m? o superiores. Para una energia de 30000 J/m? se produce una viruta parcialmente
segmentada, donde se produce una rotura en la viruta cada cierto nimero de picos de ésta.
En la Fig. 24, para el caso de 30000 J/m?, se produce un solapamiento de los diferentes
fragmentos, razon por la cual da una falsa apariencia de irregular. En el caso de menor
energia, es decir, 15000 J/m? se obtiene una viruta completamente segmentada,
desprendiéndose continuamente fragmentos de dicha viruta debido a la menor capacidad de

deformacion del material con respecto al resto de casos estudiados.

15000 30000 45000

-

60000

Fig. 24 Morfologia de la viruta para una velocidad de corte (Vc) de 3 m/s para una energia de fractura en la viruta/base

de 15000, 30000, 45000, 60000 y 75000 J/m?, 1=0.8 y en el instante t=0.034 ms.
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Asi mismo, se comprueba en la Tabla 13 que la friccion, al igual que ocurria con los
resultados mostrados en la Tabla 72, converge para un valor de 0.7 incluso si se sobrevalora
el coeficiente de friccion y la energia de fractura a la vez. El propio modelo con la ecuacién
constitutiva de Johnson-Cook converge a valores de friccion coherentes con los que se

obtendrian experimentalmente [72].

Tabla 13 Fricciones aparentes (\gp) medias segun el valor de la energia de fractura en la viruta/base a partir de

velocidades de corte Ve=1, 3, 5, 10, 15 y 20 m/s con una friccion global implementada de 0.7 y 1.

Energia de fractura en

I vlbse () 15000 30000 45000 60000 75000
Map. medaia(H=0.7) 0.41 0.51 0.69 0.71 0.70

2.4.1.6. Validacion del modelo

En la Fig. 25 se tienen la tendencia de las presiones especificas de corte para energias de
fractura de la viruta/base de 15000, 30000, 45000, 60000 y 75000 J/m* comparadas con
datos experimentales de otros autores como Molinari et al [27], J. Marino Romero [72] y

X.Y. Gu et al. [76]. Todas ellas bajo las mismas condiciones corte definidas en el modelo.

Se comprueba que en todos los casos la tendencia es similar a las experimentales, siendo
mayores las presiones especificas de corte para valores por debajo de 5 m/s. También se
observa que las presiones especificas experimentales estan en valores proximos a los 30000

J/m? para la energia de fractura de la viruta.
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Fig. 25 Presiones especificas de corte del modelo de corte ortogonal para velocidades de corte (Vc) de 1, 3, 5, 10, 15y 20
m/s con energia de fractura en la viruta de 15000, 30000, 45000, 60000 y 75000 J/m2 y u=0.7 comparado con datos
experimentales de Molinari et al [27], J. Marino Romero [712] y X.Y. Gu et al. [76].

A partir de este estudio paramétrico se obtuvo, ademas, la grafica de la Fig. 26, donde se
pueden observar las tendencias de las presiones especificas de corte a medida que se aumenta
la energia de fractura del material. En este caso se ve claramente un mayor gradiente en el
aumento de las presiones especificas para energias de fractura bajas hasta, aproximadamente
45000 J/m?. A partir de este valor, las presiones especificas tienden a estabilizarse a un
maximo, es decir, mayores energias de fractura no aumentaran notablemente la presion

especifica de corte.

3000
2500
2000

1500

Presién esp. corte (N/mm?)

1000
10000 30000 50000 70000

Energia de fractura (J/m?)

Fig. 26 Curvas de la presion especifica de corte en N/mm? con respecto a la energia de fractura de la viruta/base en (J/m?)

para las velocidades de 1, 3, 5 y 20 m/s y un coeficiente de friccion u=0.7.
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Por otro lado, las graficas obtenidas en la Fig. 26 permiten obtener el valor de la energia de
fractura a partir de los casos experimentales [72]. En este sentido, se tienen datos numéricos
y experimentales para velocidades de corte de 1, 3, 5 y 20 m/s. El proceso para la obtencion

grafica de este valor se esquematiza en la Fig. 27.

3000

2500

2024 ] /m?
2000 == ==%

I
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1500 I
I X ExpV1
1000 '
10000 30000 50000 70000

Energia de fractura (J/m?)

Fig. 27 Obtencion grafica de la energia de fractura del material a partir de su presion especifica de corte para el caso de

una velocidad de corte de Ve=1 m/s.

El valor se interpola entre los valores de energia de fractura a partir de la presion especifica
de corte experimental, obteniendo un valor aproximado de la energia para cada caso. En la
Tabla 14 se muestran las energias de fractura a partir de las presiones especificas de corte

segun sus valores experimentales para velocidades de corte de Vc=1, 3, 5 y 20 m/s.

Tabla 14 Energia de fractura para cada valor experimental en funcion de la velocidad y energia de fractura media para

un tamario de elemento de 8 um y un coeficiente de friccion de u=0.7.

Ve=1 m/s Ve=3 m/s Ve=5 m/s Ve=20 m/s

fc En. fe En. fe En. fc En.

2024 24671 2047 31989 1500 23482 1468 24489

Energia de fractura media (J/m?) 261583923

Aunque existe cierta variabilidad debido a la propia variabilidad inherente a los ensayos
experimentales, todos los valores estdn dentro del mismo orden de magnitud y en un rango
entre los 23482 y 31989 J/m?. De estos resultados se obtiene un valor medio de la energia

de fractura Gf(viruta)=26158 J/m?.
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En la Fig. 28 se tiene la curva de presiones especificas de corte del modelo de corte ortogonal
a partir de los datos obtenidos: coeficiente de friccion p=0.7 y energia de fractura para la

viruta/base Gf(viruta)=26158 J/m?.
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Fig. 28 Presiones especificas de corte del modelo de corte ortogonal para velocidades de corte (Vc) de 1,2, 3,4, 5, 10, 12,
15y 20 m/s con una energia de fractura en la viruta/base Gf(viruta)=26158 y 30000 J/m’ y u=0.7 comparado con datos
experimentales de Molinari et al [27], J. Marino Romero [72] y X.Y. Gu et al. [76].

Como se puede ver, la tendencia del modelo se ajusta perfectamente con la obtenida en los
ensayos experimentales de Molinari et al. [27], J. Marino Romero J. Marino Romero [72] y
X.Y. Gu et al. [76]. Asi mismo, los valores de las presiones especificas de corte obtenidas
por el modelo se ajustan con los datos experimentales con un error relativo medio de 6.88%
siendo su error mayor de un 11.64% para una velocidad de corte de 3 m/s y su error menor
de 0.99% para una velocidad de corte de 5 m/s. En el caso de una energia de fractura de
30000 J/m? el error relativo obtenido es de 7.60%. Si bien es mayor el error relativo para
30000 J/m? que para 26158 J/m?, se puede considerar que la diferencia es nimia y cualquier
valor de la energia de fractura entre estos dos podria ser perfectamente valido debido a que
los ensayos experimentales suelen tener de por si un error relativo mucho mayor que la
diferencia entre estas dos energias de fractura. Basta tener en cuenta la diferencia entre los
dos ensayos para una velocidad de corte de 1 m/s, donde la presion especifica de corte varia
entre 1940 [27] y 2107 N/m? [72], o para 12 m/s, donde varia entre 1469 [76] y 1682 N/m?
[27].

En las velocidades de corte donde se tienen dos valores experimentales, como son en las
velocidades de corte de 1 y 12 m/s, se tomaron las presiones de corte medias para calcular

el error relativo respecto del modelo numérico.

55



Modelizacion numérica bidimensional y tridimensional aplicado al Universidad

mecanizado de aleaciones aeronduticas. ucdm | Carlos Il
de Madrid

Héctor Lopez-Galvez Mufioz. Dpto. Ingenieria Mecanica

2.4.1.7. Estudio de la morfologia de la viruta

En las aleaciones de titanio, la baja conductividad térmica provoca un calentamiento
localizado en la zona primaria de corte. Esta caracteristica provoca un ablandamiento
térmico y genera la aparicion de bandas adiabaticas que le confieren a la viruta su

caracteristico aspecto serrado [72].

En el modelo descrito, si bien las presiones de corte especificas se ajustan con los datos
experimentales con un error relativo similar entre 26158 J/m? y 30000 J/m?, esta variacion
en la energia de fractura si supone una diferencia notable en la morfologia de la viruta tal

como se puede ver en la Fig. 29.

1 m/s 3 m/s 5m/s 15 m/s

26158 ] /m?

30000 J /m?

Fig. 29 Morfologia de la viruta para energias de fractura de Gf{viruta)=26158 J/m’y Gf(viruta)=30000 J/m* con un

coeficiente de friccion u=0.7 y velocidad de corte Vc=1,3,5,15 en 1.2 mm de mecanizado.

Para una velocidad de corte de 1 m/s ambas virutas resultan ser continuas, sin embargo,
resulta evidente que con una energia de fractura de 26158 J/m? ésta resulta ser mas irregular,
especialmente al inicio de su formacion. Segln se va formando la viruta, ésta comienza a ser
continua debido al ablandamiento por las temperaturas, que le confiere al material mayor
capacidad de deformacion plastica. En el caso de 30000 J/m? la viruta se genera continua
casi desde el principio a excepcion de los primeros instantes, donde se puede observar una

ligera forma irregular.
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Entre los 3 y 5 m/s se tiene una zona de transicion de viruta continua a segmentada. En estos
casos se tienen virutas continuas de una longitud determinada, éstas posteriormente se
separan del resto de la viruta y se solapan si no se rompen completamente dando una falsa
apariencia de irregularidad, como es el caso de 30000 J/m?a Vc=3 y 5 m/s y de 26158 J/m?
a Vc=3 m/s. A partir de 5 m/s con una energia de fractura de 26158 J/m? el segmento se

separa completamente.

Se observa como la fragmentacion completa de la viruta se retrasa considerablemente al
aumentar la energia de fractura de 26158 J/m? a 30000 J/m?. Véase como los segmentos de
viruta aparecen a los 15 m/s para el caso de 30000 J/m? mientras que para 26158 J/m? se

producen ya desde los 5 m/s.

Por tultimo, se observa una viruta completamente segmentada a partir de 15 m/s con una
energia de 26158 m/s?, mientras que para una energia de fractura de 30000 J/m? este suceso

se retrasa hasta alcanzar velocidades de 40 m/s o superiores.

En ambos casos casos se estudiaron los parametros geométricos caracteristicos de la viruta
tales como: (Ls) distancia entre bandas, (t1) valor pico y (t2) valor valle. Los cuales estan

representados esquematicamente en la Fig. 30.

oo HERRAMIENTA

Fig. 30 Esquema de los parametros geométricos caracteristicos de la viruta: (Ls) Distancia entre bandas, (t1) valor pico

y (t2) valor valle.

En la Fig. 31 y la Tabla 13 se muestran los valores de dichos pardmetros caracteristicos
obtenidos para energias de fractura de 26158 J/m? y 30000 J/m? a una velocidad de corte de
4 m/s asi como su error relativo respecto a las medidas experimentales realizadas por J.

Marino Romero [72].
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30000 J/m? 26158 J/m?

Fig. 31 Parametros geométricos caracteristicos de la viruta para los modelos de mecanizado con energias de fractura de

30000 J/m?y 26158 J/m’ a una velocidad de corte de 4 m/s sobre la viruta obtenida en la simulacion.

Tabla 15 Pardmetros geométricos caracteristicos de la viruta en micras para los modelos de mecanizado con energias de
fractura de 30000 J/m? y 26158 J/m? a una velocidad de corte de 4 m/s comparados con los datos obtenidos

experimentalmente por J. Marino Romero [72] y su error relativo respecto a los datos experimentales.

tl 12 Ls
Exp. [72] 157.58 72.72 54.55
136.82 80.32 50.65
26158 J/m?’
13.17% 10.45% 7.15%
149.29 71.02 56.48
30000 J/m?

5.26% 2.34% 3.54%
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A la vista de los resultados se comprueba el buen ajuste del modelo de 30000 J/m? con
respecto a las medidas experimentales. En ninglin caso supera un error mayor al 5.26%,

referido éste al valor pico (t1) y llegando a un error relativo de 2.34% para el valor valle.

En el caso del modelo de 26158 J/m?, si bien los valores estan dentro del orden de magnitud
de los experimentales y no demasiado alejados de éstos, su error es notablemente mayor.
Este error relativo llega a ser de dos a tres veces el obtenido mediante el modelo de 30000

J/m?2.

2.4.1.8. Estudio de la de la longitud de contacto

A partir de la Fig. 29 se procede al estudio de la longitud de contacto viruta/herramienta y

cuyos resultados se muestran en la Fig. 32.

0.30
m 26158

— 030000
0.20 = — . Avance

0.25

0.15
010 -@H-B1-8---B1- -B--
0.05

Longitud de contacto (mm)

0.00
1 2 3 4 5 10 15
Velocidad de corte (m/s)

Fig. 32 Longitud de contacto viruta/herramienta para energias de fractura de 26158 y 30000 J/m’ para una longitud

mecanizada de 0.77 mm.

Se observa que la longitud maxima de contacto resulta considerablemente mayor con una
mayor energia de fractura para velocidades de corte entre 1 y 4 m/s, donde aun resulta una
viruta continua. Esto es debido a la mayor capacidad de deformacion plastica que esta mayor
reserva de energia le confiere al material. Empieza a igualarse partir de 5 m/s donde la viruta
empieza a fragmentarse y dicha longitud de contacto resulta similar. Para altas velocidades,
como 15 m/s, se obtiene que la longitud de contacto es, en ambos casos, apenas un poco

mayor que el avance establecido (0.100 mm).
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Se puede ver una disminucion drastica de la longitud de contacto en el paso de una viruta

continua a una fragmentada. Esta se produce a partir de velocidades superiores a 4 m/s para

una energia de fractura de 30000 J/m? y a partir de 2 m/s para 26158 J/m>.
2.4.1.9. Estudio de la temperatura en la herramienta

En cuanto al estudio del modelo definido sobre las temperaturas que se producen sobre la
herramienta se puede ver su evolucion para ambos casos de energia de fractura a las

velocidades de corte Ve=1, 3, 5y 15 m/s en las Fig. 33 y Fig. 34.

1m/s 3m/s 5m/s 15 m/s
o~
g
=
©
n
—
N
o
> 750 K
750 -550 K
742 841 907 1072 550 -400 K
<400 K

30000 J/m?

762 874 889

1092

Fig. 33 Region de la herramienta térmicamente afectada y zona de mdaxima temperatura (K) para las energias de fractura

de Gf{viruta)=26158 J/m’y Gf{viruta)=30000 J/m? y velocidades de corte de Ve=1, 3, 5y 15 m/s una vez estabilizada la

temperatura maxima (longitud mecanizada de 1.8 mm).
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Fig. 34 Temperatura mdaxima (K) para las energias de fractura de Gf(viruta)=26158 J/m’y Gf(viruta)=30000 J/m* y
velocidades de corte de Vc=1, 3, 5 y 15 m/s una vez estabilizada la temperatura maxima en la herramienta (longitud

mecanizada de 1.8 mm).

En la Fig. 33 se puede ver como a una misma longitud de mecanizado de 1.8mm, a una
velocidad de corte de 1 m/s la temperatura se disipa y penetra mas en la herramienta
comparado con una velocidad de 15 m/s debido a que en el primero el tiempo de contacto es

mayor.

Por otro lado, se tiene que el punto de maxima temperatura en todos los casos esta localizado
en la punta del filo. Concretamente en la zona donde convergen el perfil de la herramienta y
el material mecanizado, justamente donde se produce la mayor deformacion plastica. Esta
sera la zona de la herramienta que mas sufrira los efectos del mecanizado y, por tanto, donde

habria mas predisposicion al desgaste.

En la Fig. 34 se observa una temperatura maxima ligeramente mayor en el modelo de 30000
J/m? con respecto al modelo de 26158 J/m?. Ademas, de mostrarse una clara tendencia

ascendente a medida que aumenta la temperatura.

Teniendo en cuenta que las temperaturas mostradas en la Fig. 34 han alcanzado la
estabilidad, en una simulacidén con un tiempo infinito, la herramienta completa alcanzaria

las temperaturas obtenidas.
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2.4.1.10. Conclusiones del modelo basado en energia de fractura

De los estudios realizados con el modelo de mecanizado 2D presentado se obtuvieron los

siguientes resultados:

Se realiz6 un analisis de sensibilidad de malla, dando como valor 6ptimo de tamafo

de los elementos 8 um (Fig. 9, Fig. 10 y Tabla 9).

Se realiz6 un andlisis del mass scalling a partir las presiones especificas de corte y
avance (Fig. 13) y la morfologia de la viruta (Fig. 15), obteniendo un valor adecuado

de t=1e-10 (Fig. 14).

Se realiz6 un andlisis del efecto del Factor de Calor Generado por Friccion (F.C.G.F)
sobre: la temperatura maxima en la herramienta (Fig. 16), donde se ve una
contribucion de este factor de hasta un 13.67+0.71%; las presiones especificas de
corte, donde provoca una variacion entre el 19.24%, 6.15% y el 5.57% para energias
de fractura de 15000, 30000 y 45000 J/m2 respectivamente (Fig. 17); la morfologia
de la viruta (Fig. 18)

Se realizd un estudio del efecto del coeficiente de friccion sobre: las presiones
especificas de corte, donde se observd que su efecto empieza a ser significativo a
partir de fricciones altas (mayores de 0.4) (Fig. 19); la morfologia de la viruta (Fig.
20); la longitud de contacto (Fig. 21), donde se ve una clara dependencia de ésta con
el coeficiente de friccion; la capacidad del modelo para ajustar y predecir tanto la

friccion propia (1) como aparente (Hgp) (Tabla 11). Se obtuvo un valor de la friccion

aparente de pg,=0.7.

Si bien el modelo ajusta la friccion de manera correcta, obteniendo un valor que se
ajusta al experimental, el estudio paramétrico muestra que, aunque no afecta
significativamente a las fuerzas sobreestimar este parametro si tiene un efecto sobre

la morfologia y la longitud de contacto.
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Se realiz6 un estudio paramétrico de la energia de fractura implementada en base y
viruta, el cual demostr6 tener un claro efecto tanto en las fuerzas de corte y avance

Fig. 23 como en la morfologia de la viruta Fig. 24.

De igual forma que con la friccién, se comprobd que una energia de fractura

sobreestimada converge a un valor alrededor de 0.7 (Tabla 13).

Se propuso un procedimiento para ajustar el valor de la energia de fractura del
material a partir de los ensayos experimentales de Molinari et al [27], J. Marino
Romero [72] y X.Y. Gu et al. [76] (Fig. 25, Fig. 26, Fig. 27, Tabla 14), obteniendo
un valor de 26158 J/m?.

Se valid6 el modelo a partir de las presiones de corte experimentales de Molinari et
al [27],J. Marino Romero [72] y X.Y. Gu et al. [76] obteniendo unos errores relativos
de 6.88% y 7.60% para energias de fractura de 26158 y 30000 J/m? respectivamente
(Fig. 28). El error relativo es tan similar que solo las presiones de corte especificas

no permiten dilucidar cudl de las dos energias resulta mas adecuada para el modelo.

La determinacion de la energia de fractura mas adecuada se complement6 con un
estudio de la morfologia de la viruta obteniéndose valores del valor valle, valor pico
y distancia entre bandas notablemente mas proximas al experimental con una energia
de fractura de 30000 J/m? (Fig. 31, Tabla 15). Se concluye, por tanto, que 30000 J/m?
es una energia de fractura adecuada para el Ti-6Al-4V para un modelo con un tamafio

de elemento de 8pum.

Se realizd6 un estudio de las longitudes de contacto a diferentes velocidades
obteniéndose una caida considerable de este valor en el transito de una viruta

continua a una fragmentada (Fig. 32).

Se analizaron las temperaturas maximas alcanzadas por la herramienta en un estado
estacionario para diferentes velocidades, asi como las zonas madas afectadas
térmicamente (Fig. 33). En general, se observan temperaturas ligeramente superiores

para el modelo con mayor energia (Fig. 34).
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2.5. Modelo multipasada aplicado a mecanizado 2D
2.5.1. Metodologia

El procedimiento para crear un modelo de elementos finitos que considere los efectos de las
pasadas previas de mecanizados se realizard a partir de los resultados obtenidos del modelo
anterior. Siendo las leyes constitutivas implementadas las mismas de dicho modelo. El
comportamiento mecanico vendra definido por la ley de Hook en la zona eléstica (ecuacion

II. 1) y la ley de Johnson-Cook en la zona plastica (ecuacion II. 2).

De igual forma, se continuard con el mismo criterio de dafio implementado en el modelo
anterior, cuyas leyes constitutivas estdn descritas por las ecuaciones II. 3 y II. 4 y
esquematizadas en la Fig. 3. Asi como el comportamiento térmico, determinado por la

ecuacion II. 6.

En la Fig. 35 se esquematiza la metodologia empleada para desarrollar el modelo

multipasada.

Mecanizado de modelo
basado en energia de fractura
Se obtiene:

*  Profundidad afectada

» Tensiones residuales

\

Calculo del nuevo limite R Adaptacion de la geometria del

e . . > modelo
SHIEED SR TR (mismas condiciones de contorno)

\/

Mecanizado primera pasada

*  Presiones de corte

*  Morfologia de viruta

*  Campo de temperaturas (hta.)

\

Mecanizado segunda pasada (multipasada)
*  Presiones de corte

*  Morfologia de viruta

»  Campo de temperaturas (hta.)

»| COMPARATIVA |
DE RESULTADOS

Fig. 35 Esquema de la metodologia empleada en el modelo multipasada. En blanco los datos obtenidos del modelo basado
en energia de fractura desarrollado en el apartado 2.4. En gris los datos y resultados obtenidos a partir del modelo

multipasada.
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En primer lugar, se determina la profundidad afectada por la primera pasada de mecanizado.
Esta zona sufrira principalmente deformaciones plasticas debido a la compresion generada
por la herramienta durante su paso. Dichas deformaciones plasticas permanentes generan
zonas de compresion en la parte mas superficial que se compensan con tensiones a traccion
en zonas mas profundas hasta alcanzar un estado de equilibrio [77], [78]. El perfil de
tensiones residuales tipico se muestra en la Fig. 36, donde se muestra la modificacion del

limite elastico del material una vez deformado plasticamente.

Ocomp.

Profundidad

Tension residual

atracc.

Fig. 36 (izq.) Esquema de un perfil de tensiones residuales y (der.) esquema de grafico tension deformacion de un material

con deformacion plastica.

Una vez determinada la profundidad afectada por el mecanizado se determina el nuevo limite
elastico del material (03%). Este parametro esta definido en la ecuacion de Johnson-Cook (II.

2) por la variable 4. Es decir, se modifica el parametro 4 segun la profundidad.

Estas modificaciones de la ecuacion constitutiva se implementan en el modelo de
mecanizado. Se obtendran resultados de presiones especificas de corte y avance, morfologia
de viruta y campo de temperaturas en la herramienta, los cuales se comparan con los
resultados de la primera pasada estudiando su efecto y la conveniencia o no de estudiar este

factor.
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2.5.2. Modelo geométrico multipasada

Para analizar el efecto de las pasadas previas y como la modificacion de sus propiedades
afecta a los resultados a estudiar, es preciso realizar ciertas consideraciones a partir de las

cuales modificar el modelo de corte ortogonal.

En primer lugar, se estableciéo como criterio de la profundidad afectada que los elementos
del modelo sufran una deformacion plastica mayor o igual a un 0.05%. Sera este criterio el

que delimite la profundidad de las tensiones residuales tal como se indica en la Fig. 37.

Profundidad
de tensiones

avance

Fila d residuales
ila de -
I A N\
elementos™ P | £+ 4 = —m s = mim b mm e = - \§ i 7\
en la base N\ : N\
\ n \

avance

\

Primera pasada Elementos Segunda pasada

/\/ fele male /\/

Fig. 37 (izq.) Esquema del material de trabajo de la primera pasada basado en modelo descrito en la Fig. 1 y (der.)

modificacion del esquema del material de trabajo para implementar el efecto de pasadas previas.

En dicha Fig. 37 se puede ver que en la zona de la viruta correspondiente a la segunda pasada
se implementan una serie de particiones, siendo la profundidad de cada una de ellas idéntica

a la altura de cada fila de elementos en la base del modelo de la primera pasada.

El modelo multipasada tiene las mismas condiciones de contorno descritas en el modelo
basado por energias, explicadas en el apartado 2.3.1. Por otro lado, la energia de fractura
considerada en la viruta/base (incluidas las particiones) es de 30000 J/m? en base a los
resultados obtenidos en el apartado 2.4.1.6 y 2.4.1.7. En el caso de la capa de sacrificio se

mantiene una energia de fractura de 15000 J/m?.

Por ultimo, se toma la friccion aparente obtenida en el apartado 2.4.1.4 (u=0.7) como friccion

global implementada en el modelo, la cual actia en la interaccion viruta-herramienta.
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2.5.3. Resultados

2.5.3.1. Tensiones residuales

Del modelo inicial (2.4), del cual se obtuvieron los resultados de fuerzas de corte y avance,
el estudio de morfologia de viruta y la longitud de contacto, se han obtenido también las
tensiones residuales y cuyos resultados se muestran de la Fig. 39 a la Fig. 47 para velocidades

de cote de: 0.5,1,2,3,4,5,10,15Y 20 m/s.

Fig. 38 Direcciones principales consideradas durante el mecanizado.

En la Fig. 38 se muestran las tensiones residuales en la direccion 1, correspondiente a la
tension tangencial a la superficie de mecanizado, la direccion 2, correspondiente a la
direccion radial (ver Fig. 38), y la tension residual de con mises, obtenida directamente de

la ecuacion de la tension de von Mises (11. 34).

(01 — 02)% + (0, — 03)* + (03 — 01)?

Por la propia ecuacion de la tension de von Mises, las tensiones obtenidas son, por definicion,
valores positivos y, por tanto, no determina a priori si ésta es de traccion o compresion. Para
hablar en términos de traccidon-compresion se recurrira a las tensiones en las direcciones
principales 1 y 2. Sin embargo, la tension de von Mises proporcionara el nuevo valor del

limite elastico en la ecuacion de Jonhson-Cook (II. 2) en las pasadas sucesivas.

Como se puede observar en los resultados mostrados de la Fig. 39 a la Fig. 47, en la direccion
1, la zona mas superficial esta sometida a tensiones de traccion. A medida que se profundiza,

estas tensiones se convierten en tensiones a compresion para, finalmente, llegar a una
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profundidad donde el material no se ve afectado por el proceso mecanizado (tensiones

residuales nulas).

Por el contrario, las tensiones residuales en la direccion 2 sufren una evolucion opuesta y
casi simétrica. En las capas mds superficiales el material estd sometido a tensiones de
compresion que cambian gradualmente a tensiones de traccion a medida que se profundiza
hasta alcanzar un méaximo de tensién. A partir de este punto las tensiones de traccion

empiezan a disminuir hasta alcanzar un estado sin tensiones residuales.

Si bien los valores concretos de tensiones maximas y profundidad maxima afectada
dependen no sélo del proceso, sino también del material y los parametros de corte, los
perfiles de tensiones obtenidos asi como el orden de magnitud de éstas, estdn en consonancia
con las tensiones residuales obtenidas por otros autores en procesos de mecanizado similares
como los de D. Nespor et al. [79], D.M. Madyira et al. [80], Vasough et al. [81], Puerta
Valasquez et al. [82] y M.H. Miguélez et al. [83]
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Fig. 39 (Izquierda) Tensiones residuales en las direcciones principales 1 y 2 obtenidas mediante el modelo numérico y

(Derecha) tension residual de von Mises para una velocidad de corte de 0.5 m/s.
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Fig. 40 (Izquierda) Tensiones residuales en las direcciones principales 1 y 2 obtenidas mediante el modelo numérico y

(Derecha) tension residual de von Mises para una velocidad de corte de 1 m/s.
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Fig. 41 (Izquierda) Tensiones residuales en las direcciones principales 1y 2 obtenidas mediante el modelo numérico y

(Derecha) tension residual de von Mises para una velocidad de corte de 2 m/s.
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Fig. 42 (Izquierda) Tensiones residuales en las direcciones principales 1 y 2 obtenidas mediante el modelo numérico y

(Derecha) tension residual de von Mises para una velocidad de corte de 3 m/s.
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Fig. 43 (Izquierda) Tensiones residuales en las direcciones principales 1 y 2 obtenidas mediante el modelo numérico y

(Derecha) tension residual de von Mises para una velocidad de corte de 4 m/s.
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Fig. 44 (Izquierda) Tensiones residuales en las direcciones principales 1y 2 obtenidas mediante el modelo numérico y

(Derecha) tension residual de von Mises para una velocidad de corte de 5 m/s.
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Fig. 45 (Izquierda) Tensiones residuales en las direcciones principales 1 y 2 obtenidas mediante el modelo numérico y

(Derecha) tension residual de von Mises para una velocidad de corte de 10 m/s.
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Fig. 46 (Izquierda) Tensiones residuales en las direcciones principales 1 y 2 obtenidas mediante el modelo numérico y

(Derecha) tension residual de von Mises para una velocidad de corte de 15 m/s.
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Fig. 47 (Izquierda) Tensiones residuales en las direcciones principales 1y 2 obtenidas mediante el modelo numérico y

(Derecha) tension residual de von Mises para una velocidad de corte de 20 m/s.

Si bien D. Nespor et al. [79] mostraba tensiones residuales experimentales para velocidades
de corte de 0.7 m/s y 0.25 m/s con una velocidad de avance de 0.05 m/rev en la direccion
principal 2, es decir, con condiciones de corte considerablemente distintas a las estudiadas
en el modelo numérico, los valores maximos de las tensiones residuales asi como la
profundidad maxima afectada estan en el rango obtenido tanto por otros autores como del
propio modelo. D.M. Madyira et al. [80], que analizd las tensiones residuales para
velocidades de corte de 3, 2.5 y 1 m/s con una velocidad de avance de 0.2 mm/rev y una
profundidad de 1mm, las cuales son mas similares a las medidas con el modelo numérico.
En este caso se observd una profundidad maxima afectada por el mecanizado de
aproximadamente 100 um para las tres velocidades ensayadas. Valores que se corresponden

con los obtenidos en el modelo numérico en ese rango de velocidades (Fig. 48).
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Fig. 48 Profundidad madxima afectada considerando hasta deformaciones de 0.05% para una velocidad de avance de 0.1

mm/rev y profundidad de 1 mm velocidades de corte de: 0.5, 1, 2, 3, 4, 5, 10, 20 m/s.

En la Fig. 48 se puede observar ademds una disminucion de la profundidad afectada por el
mecanizado a partir de velocidades superiores a 4 m/s hasta alcanzar un minimo de 84 yum a

partir de una velocidad de corte de 10 m/s.

Por otro lado, las tensiones residuales maximas obtenidas experimentalmente por D.M.
Madyira et al. [80] fueron aproximadamente de 450, 300 y 375 MPa para velocidades de
corte de 1, 2.5 y 3 m/s respectivamente. Comparativamente, en el modelo, para velocidades
de corte de 1, 2 y 3 m/s, las tensiones méaximas en la direccion 2 fueron de 496, 416 y 457
MPa respectivamente. Si bien los valores obtenidos no son exactamente los mismos (merced
de las diferentes condiciones de corte y del error inherente a cualquier ensayo experimental
de este tipo), ambos estan dentro del mismo orden de magnitud y reproducen la tendencia
para este rango de velocidades. Habiendo una disminucion de las tensiones en la direccion

2 entre 1 y 3 m/s (ver Fig. 49).
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Fig. 49 Tensiones residuales en la direccion 2 obtenidas mediante el modelo numérico y ensayos experimentales de D.M.

Madyira et al. [80] para los rangos de velocidades entre 1y 3 m/s.

Considerando otros autores, estas tensiones maximas en la direccion radial (direccion 2)
fueron de 350 — 400 MPa segtn los ensayos de Vasough et al. [81] y de 600 MPa segiin
Puerta Valasquez et al. [82]. Este wltimo obtuvo el maximo de 600 MPa para velocidades de
corte: 0.85 m/s y de 7 m/s. El autor emple6 una velocidad de avance de 0.12 m/rev y una
profundidad de 5 mm. Aunque los valores numéricos puedan ser distintos, debido
nuevamente a las diferentes condiciones de corte, ambos picos de tension en la direccion 2

son reproducidos por el modelo numérico para velocidades similares (1 m/s y 10 m/s) tal

como se puede observar en la Fig. 50.
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Fig. 50 Tensiones residuales mdximas de von Mises y en las direcciones 1 y 2 para una velocidad de avance de 0.1 mm/rev

y velocidades de corte de: 0.5, 1, 2, 3,4, 5, 10, 15y 20 m/s.
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A tenor de los datos expuestos en la Fig. 50 se puede observar también como a velocidades
mas bajas las tensiones residuales predominantes son en la direccion 1 (tangencial). Sin
embargo, a medida que la velocidad de corte aumenta, esta predominancia se invierte. En
este sentido las tensiones en la direccion 2 (radial) pasan a ser predominantes a partir de una
velocidad de corte de 5 m/s. Es més, cabe sefalar que las tensiones en la direccion 1, las
cuales pueden causar la aparicion de grietas en la superficie libre mecanizada, tienden a

disminuir a medida que la velocidad de corte aumenta.

También se puede observar una evolucién en la profundidad a la que se produce la tension
residual maxima de von Mises en la Fig. 51. En este sentido, velocidades de corte mas bajas
tienden a producir tensiones maximas residuales a mayores profundidades, mientras que a
mayores velocidades esta tension tiende a aproximarse a la superficie mecanizada. Esta

profundidad oscila entre 0 y 12 pum para velocidades de corte entre 10 y 20 m/s.
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Fig. 51 Profundidad a la que se produce la tension maxima de von Mises en funcion de la velocidad de corte.

Considerando los resultados mostrados en las Fig. 48, Fig. 50 y Fig. 51 se observa que
mientras velocidades de corte bajas generan mayores tensiones residuales y tienen efectos a
mayores profundidades, por el contrario, velocidades de corte altas producen menores
efectos sobre el material mecanizado tanto en tensiones residuales como en la profundidad

de éstos.

Estos resultados muestran que la posibilidad de mecanizados a altas velocidades no sélo es
un beneficio a nivel de optimizacion de tiempos de productivos sino también respecto a

posibles efectos perjudiciales derivados de las tensiones residuales producidas.
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2.5.3.2. Actualizacion de parametros de Johnson- Cook

Una vez obtenidos los resultados de la primera pasada, incluidas las tensiones residuales y
las deformaciones plasticas producidas durante el mecanizado, se procede al calculo del
nuevo parametro de la tension eldstica de la ecuacion de Johnson-Cook, es decir, el

parametro 4 (II. 3).

Cabe recordar que la ecuacion de Johnson-Cook es la ecuacidon constitutiva que define el
comportamiento del material desde el inicio de la zona de deformacidn plastica hasta su
rotura. Por otro lado, cualquier material dictil, al someterse a deformaciones plasticas sin
llegar a la rotura ve afectado su limite elastico de la forma que qued¢ indicada en la Fig. 36,

aumentando éste de manera proporcional a la deformacion sometida [84].

Como se pudo ver, las tensiones residuales asi como las deformaciones varian segln la
profundidad en el material. Por tanto, en el modelo numérico, a cada fila de elementos de la
viruta, la cual corresponde a una profundidad (ver Fig. 37), le corresponde un limite elastico

diferente. Este nuevo limite elastico es indicado por A’'.
Para el calculo de A’ se han tenido en cuenta las siguientes hipdtesis:

e Los datos se han obtenido en estado de reposo y, por tanto, las velocidades de
deformacion son nulas. Es decir, 1 + C - In(é,/ &) = 1.

e Los datos se han obtenido en un estado térmico estacionario e igual o proximo a la
temperatura de referencia 7). Por tanto, [(T — Ty)/ (T, — To)]™ = 0.

e No se consideran efectos de templabilidad del material que llevarian a
endurecimientos locales de la superficie.

e La curva de tensidn-deformacion del material es igual a traccion y a compresion

(misma ecuacién constitutiva a traccion y a compresion).

Considerando las dos primeras hipotesis, la ecuacion de Johnson-Cook (II. 3) quedaria de la

siguiente manera:

c=A+B- ¢} L. 35

Siendo 4, B y n constantes del material (ver Tabla 3) y habiendo obtenidos los valores de ¢,

el limite elastico para cada profundidad sera A" = a.
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En las Fig. 52, Fig. 53 y Fig. 54, asi como en la Tabla 16, se muestra el valor del limite
elastico (A’) a diferentes profundidades entre 0 y 100 um debido a las tensiones residuales.
Como era de esperar, el limite elastico es mayor en las capas méas superficiales debido a que
sufren unas mayores deformaciones plésticas. Para profundidades mayores de 100 pm el

limite elastico no se ve afectado, siendo 782 MPa.
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Fig. 52 Valor del limite elastico (A’) posterior a la primera pasada hasta una profundidad de 100 um para velocidades de
cortede 0.5, 1y 2 m/s.
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Fig. 53 Valor del limite elastico (A’) posterior a la primera pasada hasta una profundidad de 100 um para velocidades de

cortede 3,4y 5 m/s.
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Fig. 54 Valor del limite elastico (A°) posterior a la primera pasada hasta una profundidad de 100 um para velocidades de
corte de 10, 15y 20 m/s.

Tabla 16 Valores del limite elastico (A°) en MPa posterior a la primera pasada hasta una profundidad de 100 um para
velocidades de corte de 0.5, 1, 2, 3, 4, 5, 10, 15y 20 m/s.

Prof. 0.5 1 2 3 4 5 10 15 20
(um) (m/s) (m/s) (m/s) (m/s) (m/s) (m/s) (m/s) (m/s) (m/s)
0-4 1105 1078 1036 1012 1009 998 990 1003 1037
4-12 1075 1063 1002 992 1002 990 984 999 1031
12-20 1032 1037 995 974 993 978 975 982 1022
20-28 999 1006 986 958 981 966 960 956 1011
28 -36 987 987 972 946 965 950 941 937 994
36-44 970 970 964 934 947 928 923 920 973
44-52 956 958 953 923 927 909 910 894 943
52-60 941 951 931 915 912 895 896 863 910
60 - 68 923 929 915 906 896 887 875 851 892
68-76 919 907 915 895 878 881 855 841 878
76 - 84 907 899 918 883 873 876 847 840 864

84-92 893 887 906 868 876 863 831 828 844
92-100 870 857 871 846 859 833 782 782 813

>100 782 782 782 782 782 782 782 782 782
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2.5.3.3. Efecto de pasadas previas sobre las presiones especificas

Una vez habiéndose calculado la variacion del médulo elastico para velocidades entre 0.5 y
20 m/s se procede a la obtencion y comparacion de las fuerzas de corte y avance con el
modelo inicial. En este caso se compararon las mismas velocidades de corte: 1, 3, 5, 10, 15

y 20 m/s.

En la Fig. 55 se muestran las fuerzas de corte del modelo en su primera pasada (limite
elastico inicial), las fuerzas de corte en su segunda pasada y las fuerzas de corte
experimentales obtenidas por A. Molinari et al. [27] , J. Marino Romero et al. [72] y X.Y.
Gu et al. [76].
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Fig. 55 Fuerzas especificas de corte del modelo numérico de la primera y la segunda pasada para velocidades de corte de

1, 3,5, 10,15y 20 m/s y datos experimentales de A. Molinari [27], J. Marino Romero [72] y X.Y. Gu [76].

Lo primero que se puede observar es que en la segunda pasada, en comparacion con el
modelo inicial, la transicion de las fuerzas desde velocidades de corte més bajas a mas altas
se produce de manera mas suave, siendo entre el tramo entre 1 y 5 m/s notablemente mas
plana que en la pasada inicial. Debido, principalmente al endurecimiento del material, se
alcanza la fuerza minima de corte a menores velocidades. Esta tendencia es coherente
considerando que a diferencia de los metales, los materiales fragiles tienden a producir poca
diferencia en las fuerzas de corte en funcion de la velocidad de corte. Este seria el caso, por
ejemplo, del Inconel 718 con insertos ceramicos, el cual oscila entre los 240 y los 280 N para
velocidades entre 100 y 300 m/min (1.6 m/s y 5 m/s) seglin el trabajo de A. Marques et al.
[85].
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Se observan ademas, unas fuerzas de corte mayores en todas las velocidades de corte a partir
de 3 m/s en adelante. Esto es debido, igual que en el caso anterior, al endurecimiento del
propio material. Si bien a velocidades por debajo de 3 m/s estas fuerzas son menores. Esto

puede deberse a la transmision del calor debido al proceso en si.

Comparativamente con las fuerzas experimentales se puede observar que, si bien las fuerzas
son mayores a las experimentales a partir de velocidades de corte de 5 m/s, éstas estdn en
perfecta consonancia con los ensayos experimentales de J. Marino Romero et al. [72] para
fuerzas de corte entre 1 y 4 m/s. Cabe sefialar que la tendencia de las fuerzas de corte sigue

siendo coherente con las fuerzas experimentales.

En la Fig. 56 se muestran las fuerzas de avance del modelo numérico inicial (primera pasada)
y de la segunda pasada junto con datos experimentales de J. Marino Romero et al. [72]. En
este caso, como se puede observar, se reproduce el mismo efecto que en el caso de las fuerzas
de corte, siendo la transicion de las fuerzas entre las velocidades mas bajas a mas altas

considerablemente mas suave.
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Fig. 56 Fuerzas especificas de avance del modelo numérico de la primera y la segunda pasada para velocidades de corte

del, 3,5, 10, 15y 20 m/s y datos experimentales de J. Marino Romero [72].
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2.5.3.4. Efecto de pasadas previas sobre morfologia de viruta

En este apartado se muestra el efecto significativo que produce en la morfologia de la viruta
el modelo con pasadas previas con respecto al modelo que considera la pasada inicial. Dicha
morfologia comparada se muestra en la Fig. 57 para velocidades de corte de 1, 3,5y 15 m/s

tal como se mostraban en la Fig. 29.

Igual que en el caso inicial (primera pasada), la viruta del modelo multipasada (segunda
pasada) sigue generando una morfologia aserrada, sin embargo, se evidencia un notable
aumento en su fragilidad. Cabe recordar que dicho modelo multipasada toma en
consideracion el endurecimiento no lineal que se produce debido al mecanizado previo (Fig.
52, Fig. 53 y Fig. 54) y, por tanto, la fragilizacion superficial del material inducido por este

Proceso.

Primera pasada

Segunda pasada

Fig. 57 Morfologia de la viruta en la primera y segunda pasada con un coeficiente de friccion u=0.7 y velocidad de corte

Ve=1, 3, 5, 15 m/s en 1.2 mm de mecanizado.

Si bien a una velocidad de corte de 1 m/s aun se obtiene una viruta continua, en la segunda
pasada, a diferencia de la obtenida en la primera pasada, ésta es mucho mas irregular,

llegando a fragmentarse en algunos puntos.

Cuando se estudia la viruta para una velocidad de corte de 3 m/s ésta se vuelve mas

fragmentada. Si bien sigue siendo continua en general, en algunas bandas la zona que une la
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viruta es mucho mas pequefia que para 1 m/s, quedando casi al limite de la fragmentacion.

En algunos casos, algunas partes de la viruta llegan a separarse completamente.

A partir de velocidades de corte de 5 m/s y superiores la viruta en la segunda pasada se puede
considerar segmentada, habiendo una diferencia notable con respecto a la primera pasada en

este caso.

Al igual que para el “modelo basado en energia de fractura”, también en este caso se
estudiaron los pardmetros geométricos caracteristicos de la viruta tales como: (Ls) distancia
entre bandas, (t1) valor pico y (t2) valor valle. Los cuales se presentaron esquematicamente

en la Fig. 30.

En la Fig. 58 y la Tabla 17 se muestran los valores de dichos parametros caracteristicos
obtenidos para una energia de fractura de 30000 J/m? a una velocidad de corte de 4 m/s para
una primera y segunda pasada, asi como su error relativo respecto a las medidas

experimentales realizadas por J. Marino Romero [72].

Fig. 58 Parametros geométricos caracteristicos de la viruta en el modelo de mecanizado multipasada con energia de

fractura de 30000 J/m? a una velocidad de corte de 4 m/s sobre la viruta obtenida en la simulacion.

Tal como muestran los resultados, considerar o no las pasadas previas del mecanizado
conlleva una diferencia no despreciable sobre los parametros de la viruta. Si bien, todos los
resultados mantienen un orden de magnitud coherente y la relacion de magnitudes observada

experimentalmente (t1 > t2 > Ls).
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Dicho lo cual, cabe sefialar la importancia de determinar en los datos experimentales sobre
mecanizados si éstos han sido tomados en su primera pasada o en pasadas posteriores. A la
vista de la variacion de los resultados, podria no ser recomendable mezclar los resultados

obtenidos en la primera pasada con los obtenidos posteriormente.

Tabla 17 Parametros geométricos caracteristicos de la viruta en micras para el modelo de mecanizado en su primera y su
segunda pasada (modelo multipasada) con energia de fractura de 30000 J/m? a una velocidad de corte de 4 m/s
comparados con los datos obtenidos experimentalmente por J. Marino Romero [72] y su error relativo respecto a los datos

experimentales.

tl 12 Ls
Exp. [72] 157.58 72.72 54.55
30000 J/n’ 149.29 oo 040
(Primera pasada) 526% 2.34% 3.54%
30000 J/m? 12931 770t o0
(Segunda pasada) 17.81% 5.94% 19.40%

2.5.3.5. Efecto de pasadas previas sobre la longitud de contacto

A partir de la Fig. 57 se procede al estudio de la longitud de contacto viruta’herramienta y

cuyos resultados se muestran en la Fig. 59.
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Fig. 59 Longitud de contacto viruta/herramienta para energias de fractura de 30000 J/m? entre la primera y la segunda

pasada para una longitud mecanizada de 0.77 mm.

Se observa claramente que la longitud méxima de contacto resulta considerablemente mayor

en la primera pasada, especialmente para velocidades de corte entre 1 y 4 m/s, donde aun
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resulta una viruta continua. En la velocidad de corte de 4m/s es donde mayor diferencia de
longitud se observa. Esto es debido a que ésta resulta ser la velocidad de transicion entre
viruta continua y segmentada para la segunda pasada, mientras que para la primera estaria
en torno a los 10 m/s. Se puede observar que las velocidades de transicion de cada caso
muestran longitudes de contacto casi idénticas: 0.123 para la primera pasadaa 10 m/s y 0.128

mm para la segunda pasada a 4 m/s.

Las diferencias de longitudes de contacto, especialmente entre velocidades de corte de 1 y 5
m/s, son debidas a la mayor capacidad de deformacion plastica que el material posee en su

primera pasada.

En la segunda pasada, a partir de 5 m/s, donde la viruta ya puede considerarse fragmentada,

la longitud de contacto es practicamente el avance establecido (0.100 mm).
2.5.3.6. Efecto de pasadas previas sobre la temperatura

En cuanto al estudio de las temperaturas producidas sobre la herramienta, al igual que el
apartado del modelo basado en energias de fractura (Apartado 2.4.1.9), en la Fig. 60 y la Fig.
61 se muestra su evolucion para la primera pasada (mostrada previamente en la Fig. 33) y la

segunda pasada para velocidades de corte Ve=1, 3, 5y 15 m/s.
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Fig. 60 Region de la herramienta térmicamente afectada y zona de maxima temperatura (K) para las energias de fractura
de Gf{viruta)=26158 J/m’y Gf(viruta)=30000 J/m? y velocidades de corte de Vc=1, 3, 5y 15 m/s una vez estabilizada la

temperatura maxima (longitud mecanizada de 1.8 mm).
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Fig. 61 Temperatura maxima (K) de la primera y la segunda pasada con una energias de fractura de Gf(viruta)=30000
J/m? y velocidades de corte de Ve=1, 3, 5y 15 m/s una vez estabilizada la temperatura mdxima en la herramienta (longitud

mecanizada de 1.8 mm).

A diferencia de la primera pasada, durante la segunda pasada el mapa de temperaturas
muestra un perfil muy distinto para las velocidades entre 1 y 5 m/s, donde el término de
friccion, ademas, es mayor (ver Fig. 19). En la Fig. 60 se puede observar como la temperatura
se extiende menos por la superficie de deslizamiento y, por el contrario, se extiende mas por
la superficie de deslizamiento debido, inevitablemente, a la menor longitud de contacto. Este
aspecto no soélo transfiere el calor en una zona mas reducida de la cara de deslizamiento, si

no que al estar situada cerca del filo, se extiende més por la cara de deslizamiento.

También se observa un cambio en la posicion del punto de méxima temperatura. En el caso
de la segunda pasada éste se sitia aproximadamente un par de micras por debajo de la
superficie libre de mecanizado. Este punto resulta ser el de maxima presion en ese caso,
sumado a que la zona de contacto es mucho mas concentrada alrededor de este punto
situando a una altura media de 0.12 mm. 0.02 mm por encima de la superficie libre. Cabe
sefialar la superficie a partir de 550 K (naranja) coincide con un perfil tipicamente de un

desgaste de herramienta por crater

Otro dato a tener en cuenta es la temperatura méxima de la segunda pasada, casi constante
en una temperatura media de 682 K, como se puede observar en la Fig. 61. Esta temperatura
estd muy por debajo de las obtenidas en la primera pasada debido, principalmente, a la menor
capacidad de deformacion del material en este caso. Recordemos que una parte importante
del calor generado por el proceso de mecanizado viene de la disipacion de energia en forma

de calor del material metélico durante la deformacion plastica.

84



Modelizacion numérica bidimensional y tridimensional aplicado al Universidad

mecanizado de aleaciones aeronduticas. ucdm | Carlos Il
de Madrid

Héctor Lopez-Galvez Mufioz. Dpto. Ingenieria Mecanica

2.5.3.7.  Conclusiones del modelo multipasada

De los estudios realizados con el modelo de mecanizado 2D multipasada presentado se

obtuvieron los siguientes resultados:

e Se ha propuesto una metodologia para la modelizaciéon del mecanizado de corte
ortogonal multipasada (Apartado 2.5.1). Esta metodologia parte de los resultados
obtenidos del modelo basado en energias (Apartado 2.4), considerando estos
resultados como los de la primera pasada de mecanizado. Este modelo propone una
modificacion tanto de las propiedades del nuevo modelo como de la geometria (en
forma de particiones) debido al efecto que las pasadas previas provocan en el material

mecanizado.

e Se obtuvieron los perfiles de las tensiones residuales producidas por la primera
pasada en el material de mecanizado (Fig. 39 a Fig. 47) para velocidades de 0.5, 1,
2,3,4,510, 15y 20 m/s. La profundidad maxima para velocidades entre 1 y 3 m/s
se aproximaron a las 100 um, la cual esta en consonancia con los resultados obtenidos
por D.M. Madyira et al. [80], asi como el perfil de los valores de las tensiones

residuales (Fig. 49).

e Se obtuvieron las profundidades maximas afectadas por el mecanizado de la primera
pasada, observando una disminucién de ésta a partir de velocidades de corte
superiores a 5 m/s. Dichas profundidades parten desde 100 um y llegan a 80 um para
una velocidad de 20 m/s.

e Se mostraron las tensiones residuales maximas de von Mises y en las direcciones
principales 1 y 2, observandose que las tensiones en la direccion principal 1 son
mayores que la 2 hasta una velocidad de corte de 4m/s, es decir, la superficie esta
sometida predominantemente a cortadura. Para velocidades por encima de 4 m/s las
tensiones en la direccion 2 son mayores que en la direccion 1, es decir, son

predominantemente a compresion (Fig. 50).

e Se obtuvo el perfil de la profundidad de la tension maxima para todo el rango de

velocidades. En este sentido, la tension maxima se produce mas cerca de la superficie
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cuanto mayor es la velocidad de corte, alcanzando su profundidad minima a 15 m/s

(Fig. 51).

e A partir de las deformaciones plasticas provocadas por la primera pasada se calculd
el nuevo limite elastico. Las hipotesis consideradas se describieron en el apartado
2.5.3.2. La tendencia del valor del limite elastico del material (pardmetro A de la
ecuacion de Johnson-Cook II. 3) se muestra en las Fig. 52, Fig. 53 y Fig. 54. Por un
lado se observa que el limite eldstico es mayor cuanto mas cerca de la superficie se
toma el dato, si no que a tenor de los resultados obtenidos (Tabla 16), para una misma
profundidad, las tensiones residuales menores se producen para velocidades de corte
de 10 — 15 m/s. Se puede deducir que en este rango de velocidades se obtiene el
Optimo para afectar lo menos posible al material en cuanto a endurecimiento de éste

se refiere.

e En cuanto a las presiones especificas tanto de corte (Fig. 55) como de avance (Fig.
56) se observa un aumento de ésta para la segunda pasada debido al endurecimiento

del material.

e Por otro lado se estudio la morfologia de la viruta con respecto a la obtenida con la
de la primera pasada para 4 m/s y los dato experimentales de J. Marino Romero [72].
Se observa una clara fragilizacion del material y el transito entre viruta continua-
fragil se adelanta a 5 m/s con respecto a los 15 m/s de la primera pasada (Fig. 57).
También se estudiaron los pardmetros geométricos de la viruta (valle, pico y espacio
entre bandas) observandose una notable disminucion en el pico y una leve

disminucion tanto en el valle como en la distancia entre bandas (Tabla 17).

e Se estudio el efecto en la longitud de contacto viruta — superficie de deslizamiento
en la segunda pasada. En este sentido se observa una evidente disminucion de la
longitud de contacto con respecto a la primera pasada debido al aumento de la
fragilidad del material mecanizado, lo que impide la formacion de virutas largas y
consistentes. Ademas, se alcanza la longitud de contacto minima para velocidades de
corte de 5 m/s y superiores. Dicha velocidad coincide con la velocidad de transicion

entre viruta continua a fragil Fig. 59.
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Por ultimo se estudié el mapa de temperaturas en la herramienta generado en esta
segunda pasada comparada con la primera pasada. Lo primero que cabe destacar son
las menores temperaturas obtenidas durante la segunda pasada cuyo valor maximo
resulta constante en un promedio de 682 K (Fig. 60 y Fig. 61). Por un lado, la
fragilizacion del material disminuye la capacidad de deformacion plastica del
material, la cual es una de las principales fuentes de calor en materiales metalicos.
Por otro, una menor superficie de contacto incide en la cantidad de calor generado
por friccidn, que es la otra principal fuente de calor. También se observa un cambio
de posicion en el punto de maxima temperatura alejandose del file por la cara de
deslizamiento con respecto a la primera pasada, situada practicamente en el filo de

la herramienta.
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2.6. Conclusiones comunes y aplicaciones del modelo basado en energias y

multipasada para mecanizado 2D.

A la vista de los resultados cabe senalar, en primer lugar, la importancia de tener en cuenta
si los datos experimentales para validar el modelo se toman de una primera pasada o con
pasadas posteriores. Ademas, debido a la diferencia notable de algunos parametros como la
temperatura o morfologia de viruta, resulta fundamental a la hora de validar un modelo
numérico. Si bien, se ha observado que la tendencia de las fuerzas de corte es similar tanto
en la primera pasada como en posteriores, que es una de las principales fuentes de validacion

de modelos numéricos de mecanizado.

Si se da el caso de tener resultados experimentales de presiones de corte y morfologia de
viruta sin informacién concreta sobre la obtencion de estos datos (primera pasada o
posteriores), el modelo propuesto permite comprobar este hecho. En este caso podriamos
deducir que los ensayos experimentales de fuerzas pueden haberse realizado una tnica vez
o haber realizado pocas repeticiones (algo habitual en los ensayos experimentales de
mecanizado debido al coste en tiempo y dinero de éstos) y, ademds, que los datos
experimentales de la morfologia de viruta (Tabla 17), fueron tomados de una viruta de

primera pasada.

El modelo multipasada también puede resultar una herramienta muy util para la
optimizaciéon de parametros de corte. No se puede olvidar que durante los procesos de
mecanizado industriales s6lo una de las pasadas es la primera (valga la redundancia),
mientras que el resto del tiempo la herramienta trabaja en pasadas posteriores (multipasadas).
En este aspecto, el modelo multipasada proporciona informacién crucial para optimizar la
velocidad de corte en procesos que precisen afectar superficialmente el material lo menos
posible. O quizas, en procesos que puedan requerir un cierto control de la profundidad de las
tensiones residuales asi como la predominancia de unas respecto a otras
(cortadura/compresion). Resulta especialmente interesante poder obtener una velocidad de
transicion que determine el paso de la predominancia de fuerzas de traccion a compresion
debido a que éstas ultimas alargan la vida util de piezas sometidas a fatiga retrasando la

aparicion de grietas superficiales (Fig. 50).

Por ultimo, el modelo multipasada proporciona informacidon fundamental para prever la zona

critica de desgaste durante el mecanizado. El mapa de temperaturas muestra de manera
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rapida y eficaz la zona mas propensa a sufrir desgaste por crateres durante el proceso de
mecanizado. Unido a la zona de altas temperaturas de la primera pasada, indicando desgaste
sobre el filo, permite dar una zona aproximada para optimizar la superficie de refuerzo en

herramientas de mecanizado.

2.7. Elementos cohesivos aplicados a modelos de mecanizado 2D. Modelo con

interfaz cohesiva.

En el siguiente apartado se propone una nueva metodologia basada en el uso de elementos

cohesivos como interfaz entre la base del material y la viruta durante el mecanizado de Ti-

6Al-4V. Dichos elementos se basan en funciones de traccion-separacion [86], [87], [88],

[89], [90], [91], [92], las cuales definen la resistencia cohesiva de dichos elementos
max

(tensiones maximas normales ¢;/*** y de cortadura del material gi"**) y la distancia de

separacion (6, y O).

Las areas formadas por las gréficas g, — 6,, y 05 — & determinan las “energias critica de
liberacion” (critical energy reléase rate) y son denominadas por G, en el caso de la tension

maxima normal y G¢ en el caso de la tension maxima a cortadura del material.

En cuanto a la precision del modelo, ésta dependera de la definicidon/calibracion de los
parametros cohesivos que se implementen [87], [93], [94]. La calibracion de los pardmetros
del modelo se realiza a partir de trabajos experimentales. En este caso se basaron en trabajos
presentes en la literatura realizados por Gente et al. [26], Molinari et al. [27], Marino et al.
[72], Bai et al. [95] y Armendia et al. [96]. El procedimiento de calibracion se realiza
ajustando los parametros del material (de acuerdo con normas especificas y
predeterminadas) de tal manera que los resultados numéricos coincidan con los datos

experimentales.

Aunque en las ultimas décadas se han mostrado modelos numéricos bidimensionales de
mecanizado con buena precision, en este estudio se pretende realizar un modelo numérico
de corte ortogonal aplicado a Ti-6Al-4V para un amplio rango de velocidades de corte que
permita determinar los parametros cohesivos mediante comparacion con datos
experimentales de fuerzas de corte y avance tales como: niimero de elementos de la zona

cohesiva, el parametro Benzekkagh y Kenane (n) o la tasa de energia de liberacion (G y

G?).

89



Modelizacion numérica bidimensional y tridimensional aplicado al Universidad

mecanizado de aleaciones aeronduticas. ucdm | Carlos Il
de Madrid

Héctor Lopez-Galvez Mufioz. Dpto. Ingenieria Mecanica

2.7.1. Modelo numérico
Material de mecanizado

Como en los modelos anteriores, se utilizé un modelo de corte ortogonal bidimensional de
Ti-6Al-4V con el software Abaqus/Explicit y formulacion lagrangiana. De la misma forma,
los elementos del modelo son definidos como CPE4RT (4-node bilinear displacement and
temperature, reduced integration with hourglass control) [8], [9], [35] a excepcion de la
interfaz cohesiva. En el caso de los elementos que funcionan como interfaz cohesiva son

definidos como COH2D4 (4-node two-dimensional cohesive element).

El modelo de mecanizado ortogonal consta de tres zonas diferenciadas: la base, la viruta y
la interfaz cohesiva. Las condiciones de contorno, asi como la geometria son idénticos a los
empleados hasta ahora [8], [27], [35]. En la Fig. 62 se muestra cada zona diferenciada en

detalle asi como dichas condiciones de contorno.

Velocidad de corte

0.5—15m/s
—

S

HERRAMIENTA

| )
_________ B=7"

Espesor T /
=1 um
U:=0 U=0
TieAHYV
| U,=U,=R,=0 i
A L=2mm g

Fig. 62 Geometria y condiciones de contorno del modelo de corte ortogonal con interfaz cohesiva (marcado en rojo la

zona de elementos que funcionan como interfaz cohesiva) [35].

Como ya se explico, durante el mecanizado, la generacion de calor tiene dos contribuciones

principales: la friccion en la interfaz herramienta/viruta y la deformacion plastica (2.4.1.4).
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El contacto en la interfaz herramienta / chip se describe por la ley de Coulomb con una
constante del coeficiente de friccion implementada de 0.8 (Tabla 11). Igual que en los
modelos anteriores, la aportacion de calor generada por la deformacion pléstica viene
definida por el coeficiente de Taylor-Quinney, el cual se determind con un valor § = 0,92.
Enla Tabla 18 se resumen los parametros termo-mecanicos del material modelizado. Dichos

parametros ya fueron indicados en la Tabla 2 y la Tabla 5.

Tabla 18 Resumen de propiedades termo-mecanicas del Ti-6A1-4V [27], [46].

Conductividad Capacidad de  Coef. Expansion .
s : P Densidad
termica a 293K calor especifica térmica (k)
(K kg K (K) i

7.2 560 9.2:10° 4420

Mbddulo elastico Coeficiente Coeﬁciem‘.e de
(GPa) de Poisson Taylor-Quinney

114 0.342 0.92

Por otro lado, la ecuacion constitutiva que gobierna los elementos CPE4RT es la ecuacion
de Jonson-Cook para materiales elastoplasticos (II. 2) y su ecuacién de inicio de dafio
asociada (II. 3). Dichas ecuaciones se definen con sus parametros asociados, los cuales ya

fueron mostrados en la Tabla 3 y la Tabla 4 respectivamente.
Interfaz cohesiva

La interfaz cohesiva mostrada en la Fig. 62, correspondiente a la zona marcada en rojo. Su
geometria se corresponde con un rectangulo de longitud 2 mm y espesor 0.001 mm que se
ubica entre la viruta y la base del material mecanizado. Esta zona cohesiva, como ya se ha
mencionado antes, esta formada por elementos del tipo COH2D4 (4-node two-dimensional

cohesive element).

Cabe sefialar que el nimero de elementos, en sentido del espesor, influyen notablemente en
los resultados numéricos del modelo en dicha zona tal como Davila et al. [97] comprobaron
en 2008. A tenor de dichos resultados se recomienda un nimero minimo de tres elementos

cohesivos. Mas adelante se muestra la dependencia de los resultados en términos de fuerzas
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de corte en funcion del niimero de elementos (en sentido del espesor) de dicha interfaz

cohesiva.

La ley que gobierna el comportamiento de esta interfaz cohesiva viene determinada por una
ley de traccion-separacion. Esta ley constitutiva es formulada como un “modo mixto” de
cargas (cargas normales y de cortadura simultaneas) se puede representar mediante una
grafica tridimensional (tres ejes) que representa la traccion-separacion normal pura (o, —
6y,) v la traccidn-separacion a cortadura pura (g5 — &) de los modos de fractura. Dicha

representacion se muestra en la Fig. 63.

Modo II (Cortadura)

fractura
85

7 > 65

5 fractura
M-m

/ 5 fractura
g, n

Fig. 63 Representacion tridimensional del modelo mixto de traccion-separacion implementado en la interfaz cohesiva del

modelo de mecanizado ortogonal

Todos los planos verticales intermedios representan la respuesta al dafio bajo condiciones de

modo mixto, los cuales vienen definidos en la Fig. 63 por las coordenadas (ap_m — Spr—m)-

El inicio del dafio del elemento comienza cuando se alcanza la energia critica de fractura a

cortadura o normal (G y G¢), la cual se determina mediante la proyeccion del triangulo

formado por 83—, Y op Sy sobre lo que serian los ejes de traccion y cortadura puros.
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El comienzo del desplazamiento en su modo mixto (8%_,,), asi como la tensién (apr%,),
estan definidas por la funcion cuadratica I1. 36, que relaciona las tensiones nominales en las

direcciones normal y a cortadura

2 2
{0n) +( Os ) —1 1. 36
O.rrlnax O.;nax

Siendo g;/*** y a"** los valores maximos admisibles en las direcciones normal y a cortadura

respectivamente. El simbolo ( ) representa el paréntesis de Macaulay, el cual implica que

solo tensiones de traccion (positivas) pueden iniciar el dafio.

actura

El fallo final en el desplazamiento(6 A}:IT—m ) se determina a través del calculo de la energia

de fractura propuesto por Benzekkagh and Kenane [98], el cual esta definida por la ecuacion

1. 37
GE + (GE — GE) + (—S )n = G¢ 1. 37
n s TS TGS + G,

Siendo G y G§ las energias criticas para los modos normal y a cortadura puros
respectivamente; 17 es un parametro propio del material que define la friccion interna del

material.

Los parametros G5 y G son calculados directamente a partir de las ecuaciones II. 38 y II.

39, funcionando ambas bajo la hipétesis de tensiones planas

2
GE = K2 (1_—V> 1. 38
n IC E *

2
GE = K2 -(1_V> 1L 39
S 11C E *

Siendo E y v el modulo elastico y coeficiente de Poisson respectivamente y cuyos valores
vienen especificados en la Tabla 18. K2 y Kf. representan la resistencia a fractura en los

modos de fractura [y II (ver Fig. 64).
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3

U

MODO I MODO II

Fig. 64 Representacion de los modos de fractura I y 11

Segun estudios hallados en la literatura, los valores de resistencia a fractura para el modo I
de fractura para la aleacion de titanio estudiada estan comprendidos entre 66 MPa-m"? [99]
y 75 MPa-m'? [57]. En el caso del modo de fractura II, éste viene directamente determinado

por la relacion II. 40 [100].
relacion (7) [44].

V3
Kfic = - K& 1. 40

El parametro cohesivo n, estando éste relacionado con el comportamiento mecéanico del
material, se obtiene mediante calibracion. Segun Bui Q.V. [101], este valor estad
comprendido entre 0.5 y 2. El conjunto de valores implementados en el modelo estan

resumidos en la Tabla 19.

Tabla 19 Resumen de propiedades de los elementos cohesivos.

Tension maxima  Tension mdxima a Resistencia a Resistencia a Parametro
normal, oi*** cortadural, c*** fractura, Kic fractura, Klic cohesivo, n
(MPa) (MPa) (MPa-m"?) (MPa-m"?)
950 550 66 —75 5765 0.5-2

A partir de la relacion I1. 38, la energia en el modo normal puro G5 ES calculada segtn los
limites indicados para la resistencia a fractura Kic. Por otro lado, a partir de las relaciones

I1. 39 y II. 40 es posible calcular la energia para el modo de cortadura G¢.

Siguiendo los criterios anteriores se llegan a unos valores de energia inferiores de
< =35000 J'm? y G =26000 J-m™ y unos valores superiores de GS =45000 J-m? y
Gs =33000 J-m-2. En la
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G,c=45000 J m~
G,c=33000 J m~?

G,°=35000 J m~?
G.£=26000 J m~
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30000

Relacion=0 (Modo I puro)

Tasa de energia critica de liberacion G¢ (J-m

|

20000 I
p— Relacion=1 (Modo II puro) :

10000 + — =1 :
= e = S 1L |

0 ----------- )7 o—— 2 I

0 0,25 0,5 0,75 I

G n
Relacion de energia critica de liberacion ( = )

Fig. 65 muestra la sensibilidad de la energia critica (G®) en funcion de la relacion II. 41 para
los distintos rangos de valores de G5, GS y n. Mientras que un valor de R; = 0 representa el
modo normal puro (modo I), un valor de R; = 1 determina un modo a cortadura puro (modo
II). Para el primer caso se obtiene, por tanto, que la energia critica se corresponde con la
energia critica del modo normal y, para el segundo caso, se corresponde con la energia critica

del modo a cortadura.

Gy \"
R; = ( ) 11 41
G + G,

95



Modelizacion numérica bidimensional y tridimensional aplicado al Universidad

mecanizado de aleaciones aeronauticas. ucdm ggﬂggrlig
Héctor Lépez-Galvez Mufioz. Dpto. Ingenieria Mecanica
I,E 50000
J
6 T C— -2
> 40000 G, 4.:)'000.]7}7
:§ G,c=33000 J m~?
S
§ 30000 G,°=35000 J m~?
‘vi __vGr=26000J m~
'2 Relacion=0 (Modo I puro) I
-2 20000 J
E T— ek Relacion=1 (Modo II puro) :
£ 70000 + —— p= !
) I
g —me=p=13 I
O - A— =2 :
=
a 0 T T T 1
S 0 0,25 0.3 0,75 1

G n
Relacion de energia critica de liberacion (—s)

Fig. 65 Sensibilidad de la energia critica (G) con respecto al parametro de Benzekkagh y Kenane (n) considerando los

valores mdximos y minimos de G§ y GE [102].

2.7.2. Resultados

Esta seccion, orientada a la muestra de resultados del modelo con interfaz cohesiva, se
realizara a partir de proceso de calibracion del modelo numérico. En este sentido se mostrara
el efecto de cada uno de los parametros relevantes de dicho modelo (G5, GE,n) hasta
determinar el valor adecuado de cada uno de ellos para que el modelo sea acorde a resultados
experimentales. En la Tabla 20 se muestra un resumen del rango de valores barridos para

cada pardmetro.

Tabla 20 Resumen de parametros estudiados en el modelo para calibrar los parametros cohesivos.

Velocc(;';itaed e Numero de Parametro G rf (JGSC )
9 2 m
k) elementos cohesivo, n (J-m?)
3 1;3;57 15 45000 33000
3 5 0.5;1; 1.5;2 45000 33000
0.5-15 5 15 45000 33000
0.5-15 5 15 35000 26000

96



Modelizacion numérica bidimensional y tridimensional aplicado al Universidad

mecanizado de aleaciones aeronduticas. ucdm | Carlos Il
de Madrid

Héctor Lopez-Galvez Mufioz. Dpto. Ingenieria Mecanica

2.7.2.1. Efecto del numero de elementos en la interfaz cohesiva

Para todos los casos, el espesor de la zona cohesiva se mantuvo constate en 1 um. La
configuracidn de esta zona solo difiere en el nimero de elementos en la direccidon del espesor

(no asi a lo largo, que se mantuvo constante).

En la Fig. 66 se muestran las fuerzas especificas de corte (cutting force) y avance (feed
force). Las cuales definen la fuerza por unidad de area y vienen determinadas por las
ecuaciones II. 2/ y II. 22. Para el caso, se pueden ver los resultados de dichas fuerzas, para
una velocidad de corte comun de 3 m/s, variando del nimero de elementos en el espesor de

la zona cohesiva en 1, 3, 5y 7 elementos.

A la vista de los resultados, se puede observar que para una velocidad de corte determinada,
el uso de un tnico elemento aporta fuerzas infradimensionadas, es decir, por debajo de las
fuerzas esperadas. En este caso se obtienen 1680 y 792 N/mm? para las fuerzas de corte y

avance especificas respectivamente.

Por otro lado, a partir de 5 elementos en el espesor las fuerzas especificas convergen
claramente, obteniéndose unos valores de 1788 N/mm? para la fuerza especifica de corte y

de 866 N/mm? para la fuerza especifica de avance. Esta diferencia en los resultados

supondria un error de entre el 6 al 8%.

A la vista de los resultados obtenidos, todos los estudios siguientes se realizaron con 5

elementos en el espesor de la zona cohesiva.
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Fig. 66 Convergencia de las fuerzas especificas de corte y avance en funcion del nimero de elementos en el espesor de la

zona cohesiva (V = 3m/s,G5 = 45000 ] - m™2, G = 33000/ -m~2) [102].
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2.7.2.2.  Efecto del parametro n sobre las fuerzas de corte

En esta seccion se analizara el efecto del parametro de Benzekkagh-Kenane (1) sobre las
fuerzas de corte. El modelo de Benzekkagh-Kenane [26], el pardmetro n es definido como
como un parametro propio de cada material. El valor de dicho parametro afecta directamente
a la relacion II. 41, que determinaba el valor del parametro de la relacion de energia del

material, Rg.

Para determinar dicho pardmetro se realizaron simulaciones con una velocidad de corte
constante de 3 m/s, 5 elementos en el espesor de la interfaz cohesiva, GE = 45000 (J/m?) y
GS = 33000 (J/m?), probando valores del parametro 1 de 0.5, 1, 1.5 y 2, los cuales son

valores habituales para este parametro [103].

En la Fig. 67 se muestra la sensibilidad del modelo sobre las fuerzas especificas de corte y
avance con respecto a la variacion del pardmetro cohesivo de Benzekkagh-Kenane (1).
Como se puede observar a la vista de los resultados, la variacion de dicho parametro no

induce una variacion significativa en los resultados.

Esta estabilidad implica que la relacion de energias, RG, no tiene un efecto significativo
sobre las fuerzas de corte y avance. En la Fig. 68 se muestran los valores de Rg para
diferentes valores del pardmetro cohesivo. Sin embargo, como se vera mas adelante, los
valores de G y G¢ en si mismos, si tendra un efecto visible en los resultados. Por tanto, el
modelo no es dependiente de un parametro arbitrario de cada material.

2000

Fuerza
de corte

1000

Fuerza
de avance

Fuerzas especificas (N/m?)

500

0,5

Pardametro cohesivo n

Fig. 67 Efecto del parametro cohesivo n sobre las fuerzas especificas de corte y avance (5 elementos en el espesor de la

interfaz cohesiva, V=3 m/s, G = 45000 J/m? y G¢ = 33000 J/m? [102].
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Fig. 68 Valor de la relacion de energias para diferentes valores del parametro cohesivo n (G5 = 45000 J/m? y G =
33000/ /m?)

2.7.2.3.  Efecto de la energia sobre las fuerzas de corte

La relacion de energia determinar la cantidad de energia que se disipa durante el proceso de
fractura por unidad de area “nueva” generada. Se pueden encontrar en la literatura varias
féormulas analiticas que determinan la energia que ciertos materiales absorben mediante
deformacion. Dado que el inicio y propagacion de fisuras depende de los modos de
deformacion (Ver Fig. 64), la aportacion de energia de cada uno de los modos a la energia

total puede variar significativamente.

Tal como se menciond en el apartado 2.7.1, las energia para los modos, tanto normal como
a cortadura, son obtenidos directamente a partir de la tenacidad del material (Ver II. 38 y II.
39). Concretamente, el valor de Kic estd comprendido entre los 66 y los 75 MPa-m!? segiin

la literatura [68], [97].

Los valores para G,; fueron calculados a partir de la ecuacion II. 38, dando como resultado
35000 — 45000 J-m™ para dicho rango de Kic. Por otro lado, los valores para GS fueron
calculados a partir de las ecuaciones II. 39 y II. 40, dando como resultado 26000 — 33000

Jm?2.

Se realizaron simulaciones para cada una de las combinaciones de estos datos tal como se
especifica en la Tabla 20 para un rango de velocidades de corte entre 0.5 y 15 m/s para
estudiar la influencia de la energia y su respuesta con respecto a las fuerzas de corte y avance

para un amplio rango de velocidades. Los resultados obtenidos por el modelo han sido

99



Modelizacion numérica bidimensional y tridimensional aplicado al Universidad

mecanizado de aleaciones aeronduticas. ucdm | Carlos Il
de Madrid

Héctor Lopez-Galvez Mufioz. Dpto. Ingenieria Mecanica
comparados con datos experimentales publicados en la literatura [26], [27], [72], [95] y [96]

donde se realizaron ensayos de corte ortogonal sobre Ti-6Al-4V en condiciones similares a

las simuladas.

En la Fig. 69 se muestra la comparativa de las fuerzas de corte entre obtenidas mediante el
modelo numérico para dos co,mbinaciones de energias diferentes, los resultados del modelo
basado en energias y la “region de sacrificio” estudiado en el apartado 2.4 y los datos

experimentales obtenidos en ensayos para condiciones similares.

Lo primero que se observa es que los resultados numéricos del modelo con elementos
cohesivos tienen muy buena correlacion con los datos experimentales tanto en las fuerzas de

corte como de avance.

La influencia de la velocidad de corte sobre las fuerzas muestran dos tendencias principales.
En primer lugar, una region donde las fuerzas de corte disminuyen considerable y
rapidamente donde las velocidades de corte son mas bajas. En segundo lugar, una region
para velocidades de corte mas altas donde las fuerzas de corte y avance disminuyen mucho
mas suavemente. El modelo con elementos cohesivos es capaz de reproducir ambas

tendencias.

Esta disminuciéon de las fuerzas con el aumento de la velocidad corresponde al
ablandamiento térmico del material mecanizado tal como han puesto de manifiesto otros

estudios [8], [9], [35] ¥ [59].

3000 ;
WO e G,f=35000, G< = 26000 J nr-
N - — G,f=45000, G£ = 33000J m>
= '\0"-._ o Ensayo Experimental (Molinari et al.)
g N + E E . .
AN % nsayo Experimental (Marino Romero
< 2000 +++—g% Yoop ( /
8 + “'q-, .
§ o -'q'.'."_';'_"-_'n.--.u-n-.-..-.a-.,-..n..-..-n.-.vo..-.m.-.--....
§ .. Fuerza de corte
Y] - ".‘
(5 N
N 1000 "’*.,:
E ...............................................
Fuerza de avance
0 T T .
0 5 10 15

Velocidad de corte (m/s)

Fig. 69 Fuerzas especificas de corte y avance en funcion de la velocidad de corte para diferentes valores de energia

[102].
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Las diferencias entre los datos experimentales y los resultados obtenidos por el modelo se
deben al hecho de que, aunque todos los ensayos hayan sido realizados para la aleacion Ti-
6Al-4V, dichas aleaciones pueden tener pequefias diferencias en cuanto a propiedades
mecanicas debido a su “historia” mecanica o térmica (deformaciones mecanicas previas o
tratamientos térmicos). Por otro lado, aunque las condiciones de corte son iguales tanto en
el modelo como en los diferentes ensayos experimentales, las herramientas empleadas no
son exactamente iguales habiendo pequenas diferencias, por ejemplo, en el radio del filo de
corte o herramientas de diferentes materiales en algin caso. Estas diferencias en el filo de
corte o el material produce pequenas diferencias en el coeficiente de friccion entre la

herramienta y la viruta y, por tanto, en las fuerzas de corte.

Lo segunda que se observa a tenor de los datos es que, tal como era de esperar, el valor de
las energias de fractura normal (G5) y de corte (GS) afectan directamente a las fuerzas

especificas de corte y avance.

Para valores bajos de energia se muestra un aumento en las fuerzas en el rango de
velocidades inferiores a los 3 m/s. De hecho, valores bajos de las energias normal (G5) y de
corte (GE) induce a la zona de elementos cohesivos una menor capacidad para absorber la
energia del corte y, por tanto, la absorcidon de energia de corte se concentra principalmente
en el material de la zona de la “viruta” mucho mas resistente a las deformaciones que la zona
cohesiva. Ademas, la zona cohesiva propaga la fisura de manera mucho maés realista que un
modelo con “capa de sacrificio” donde dicha capa simplemente se elimina (desapareciendo
material durante la ejecucion del modelo). Por encima de 3 m/s, el efecto de las energias de
fractura normal (G) y de corte (GS) no tienen un efecto significativo sobre las fuerzas de

corte y avance.

Esta velocidad de 3 m/s corresponde a la velocidad de transicion a partir de la cual la viruta
empieza a pasar de ser continua a segmentada. Estas fuerzas de corte y avance se muestran
en la Fig. 69, donde, ademas, se puede observar claramente la velocidad de transicion. En
ese punto se ve claramente un radical cambio de tendencia en las fuerzas de corte y avance.
Dichos resultados ha sido validados a partir de los datos experimentales de Molinari et al.

[9], Marino Romero [72], Bai et al. [95] y Armendia et al. [96].

Tal como se menciond anteriormente, mientras que las fuerzas de corte obtenidas por el

modelo con elementos cohesivos muestran dos pendientes claramente diferenciadas, el
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modelo con “capa de sacrificio” muestra una transicion suave. Para velocidades de corte
inferiores a 3 m/s las fuerzas de corte obtenidas por el modelo con elementos cohesivos son
alrededor de un 25% mas altas con respecto al modelo con “capa de sacrificio”. Por otro
lado, por encima de la mencionada velocidad de transicion no se muestran diferencias
significativas con respecto a la fuerza de avance. Los valores infraestimados de las fuerzas
en el modelo con capa de sacrificio se deben a que este modelo elimina los elementos de
dicha capa y, por tanto, reduce levemente el material existente en el modelo, suceso que no

ocurre en el modelo con elementos cohesivos.

En la Fig. 70 se muestran las variaciones de las morfologias de viruta obtenidas para ambas
configuraciones de la energia de fractura (G5 = 45000 #; Gs = 33000 # y Gy =

35000 Lz; Gs = 26000 Lz). En funcion de la velocidad de corte.
m m

102



Modelizacion numérica bidimensional y tridimensional aplicado al

mecanizado de aleaciones aeronauticas.

Héctor Lopez-Galvez Mufioz.

G, f=45000, G = 33000 J m?

V=1 m/s

Universidad

ucdm | Carloslll
de Madrid

Dpto. Ingenieria Mecanica

G,£=33000, G£ = 26000 J m?

1 fractura
completa

V=3 m/ss

2 fracturas

completa 1

1 fractura
completa

V=4 m/s

Fig. 70 Efecto de la energia de fractura y la velocidad de corte sobre la morfologia de viruta (visualizacion de las

deformaciones plasticas equivalentes) [102].

Para velocidades de corte reducidas, tal como 1 m/s, las morfologias obtenidas son similares
en ambos casos. Sin embargo, se aprecia que con la combinacion de energias mas baja en la

zona cohesiva las bandas de cizallamiento son mas intensas tal como indica la deformacién

plastica equivalente (sfq) maxima en cada caso.

Analizando los resultados de las variables locales, como la deformacion pléstica equivalente

(sfq), en la viruta se puede observar que la energia de fractura afecta claramente a la

2 fracturas
completas

deformacion y, por tanto, a la morfologia de la viruta.
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Para una velocidad de 1 m/s el par de valores mas alto de energias de fractura (G§, GS) induce

p

una deformacion plastica maxima alcanzada de &,

= 0.8, mientras que para el par de

valores mas bajo este valor alcanza sfq = 1.4, casi el doble.

A partir de las velocidades de transicion (v=3 m/s a v=4 m/s) el fendmeno de deformacion
localizada se acentta, llegando a la segmentacion de la viruta. A tenor de las imagenes
mostradas en la Fig. 70, para el par de valores més altos de energia de fractura se observa
una unica fractura completa en la viruta, mientras que con el par de valores mas bajos se

observan dos fracturas completas.

A la vista de los resultados obtenidos, la calibracion de las energias de fractura (G, GS)
resulta ser fundamental para la prediccion de la morfologia de viruta y la determinacion de

la velocidad de transicidn entre una viruta continua y segmentada.
2.7.2.4. Conclusiones

Los modelos numéricos son ampliamente utilizados para predecir las fuerzas de corte y la
morfologia de la viruta en los procesos de mecanizado. En muchos modelos numéricos La
separacion de la viruta del material mecanizado se suele realizar mediante una “capa de
sacrificio” utilizando un criterio de tension o deformacion a cortadura maxima [8], [9], [16],
[31], [15], [35], [104]. En este capitulo se ha propuesto una nueva metodologia basada en el
uso de elementos cohesivos para inducir la separacion entre la viruta y el material de
mecanizado (en este caso de Ti-6Al-4V). Se ha demostrado que esta metodologia ofrece una
buena correlacion en términos de fuerzas de corte especificas con respecto a los resultados
experimentales una vez calibrados los pardmetros cohesivos. En este sentido el modelo se

resumen en los siguientes puntos:

¢ Elnumero de elementos en el espesor de la zona cohesiva deben ser tenidos en cuenta
segun el proceso al que se aplique. Se ha concluido que para el caso de los procesos
de mecanizado, las fuerzas convergen para 5 elementos en el espesor de la zona

cohesiva.

e El rango de valores para el pardmetro cohesivo n no tiene un efecto significativo
sobre la energia de fractura en el criterio propuesto por Benzekkagh y Kenane [98]

en el proceso de mecanizado sobre el Ti-6Al-4V.
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Los valores de la energia de fractura para velocidades de corte reducidas (de 0.5 a 3
m/s) tienen mucha influencia en los resultados sobre las fuerzas de corte y avance y
la morfologia de viruta. A partir de las velocidades de transicion (3 — 4 m/s) y
mayores velocidades de corte el proceso de ablandamiento térmico del material
disminuye considerablemente el efecto de Gy, y Gs. Cabe sefalar que la velocidad de
transicion corresponde con el limite de aparicion de bandas de cizallamiento

completas.

La energia de fractura de los elementos cohesivos afecta claramente a la morfologia
de viruta. La intensidad de las bandas de cizalladura es claramente dependiente de
dicha energia. Para mayores valores de energia la capacidad de absorcion de energia
de la viruta es mayor y, por tanto, disminuye la intensidad de las bandas de

cizallamiento.

El modelo numérico de mecanizado mediante zona/elementos cohesivos permite
evitar tanto la eliminacion de los elementos como la reduccion artificial de las fuerzas

de corte asi provocada.
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CAPITULO 3.
Modelo de acabado 3D aplicado a

aleaciones base niquel
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3.1. Estado del arte

Las aleaciones de base niquel han sido ampliamente utilizadas en componentes relacionados
con la industria aeroespacial o industria energética debido a sus excelentes propiedades.
Especialmente relacionadas con su comportamiento mecanico y resistencia a la corrosion a

elevadas temperaturas [105].

Por desgracia, estas excelentes propiedades que resultan excelentes durante su
comportamiento en servicio resultan tremendamente problematicas para su conformacion en
procesos de fabricacion industriales, tales como el mecanizado. Dichos procesos se vuelven
complejos, induciendo condiciones extremas debido a que dichos procesos inducen grandes
deformaciones, elevadisimas velocidades de deformacion y altas temperaturas. Todo ello
afecta tanto a la propia pieza mecanizada como al desgaste prematuro de la propia

herramienta [106].

La dificultad del Inconel ® 718 para ser mecanizado ha limitado su utilizacién durante
décadas. Para su mejor aprovechamiento y comprender los mecanismos de formacion de
viruta y su proceso de segmentacion, asi como predecir las fuerzas de corte y avance, las
tensiones residuales, la integridad de la superficie mecanizada y el desgaste de la herramienta
en cuestion se han realizado estudios experimentales [107], [108], [109], [110], [111], [112],
[113],[114], [115] y numéricos [75], [18], [116], [117],[19], [118], [119], [17], [120], [20],
[21], [121], [22]. La mayoria de dichos trabajos numéricos se han realizado en condiciones
de corte ortogonal y considerando una seccion de viruta relativamente grande [75], [117],
[19] [118], [119]. Los procesos de acabado durante el mecanizado (especialmente en el
torneado) consisten en un proceso de corte tridimensional llevado a cabo a una profundidad

y avance muy concretos que permiten una superficie relativamente lisa en la pieza trabajada.

Estas dos caracteristicas (proceso no ortogonal y seccion de viruta reducida) conllevan una
problematica considerable para ser estudiados en modelos numéricos. La geometria de la
herramienta, asi como las condiciones de corte (avance y profundidad de corte) requieren un
tamafio de los elementos de la malla relativamente pequefio que inducen tiempos de calculo
elevados. Sin embargo, gracias al avance en la tecnologia computacional y el aumento de la
potencia de calculo han empezado a aparecer trabajos numéricos sobre dichos procesos de
torneado tridimensional, incluido para Inconel® 718 [18], [17], , [120], [20], [21], [121],
[22], [122].
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En 2007, Uhlmann et al. [17] estudiaron el proceso de formacion de viruta en el proceso de
mecanizado de Inconel® 718. Los autores compararon los resultados numéricos obtenidos
por modelos de elementos finitos creados mediante el software Abaqus (en dos y tres
dimensiones) y Deform 3D para procesos de corte ortogonal. Concluyeron que bajo el
software Deform2D, la definicion de los valores de dafio introducidos al material afectaban
en gran medida el remallado automatico y, en consecuencia, a las fuerzas de corte y la
morfologia de la viruta. También se encontraron con que la integracion de la geometria de
la herramienta, con cierta complejidad al realizarse en tres dimensiones (en este caso incluia
un filo de corte achaflanado), les indujo numerosos problemas numéricos de convergencia

en los resultados.

En 2014, Diaz et al. [ 18] Desarrollaron un modelo numérico mediante el software Deform3D
para simular un proceso de acabado por torneado de Inconel® 718. Dichos autores
analizaron el efecto del dangulo de incidencia y la velocidad de corte sobre la temperatura

promedio tanto en la herramienta como a en la longitud en contacto de la viruta.

En 2015, Yadav et al. [122] propusieron un modelo analitico-numérico combinado para
predecir el desgaste del filo de la herramienta durante en mecanizado de Inconel® 718. Este
modelo de desgaste de la herramienta se basaba en la ecuacion de desgaste de Usui, el cual
considera variables locales como la temperatura, la presion y la velocidad de deslizamiento
de la viruta sobre la superficie de la herramienta. Las ditadas variables localaes eran
obtenidas mediante un modelo de elementos finitos con el software Deform3D para un rango

de velocidades de corte y avance y profundidades de corte.

En 2016, Vijayaraghavan et al. [120] desarrollaron un modelo de elementos finitos
tridimensional de corte oblicuo (no ortogonal) mediante el software Abaqus/Explicit. En este
caso se estudio el efecto de variables que definen el proceso, tales como velocidad de corte,
velocidad de avance, profundidad de corte y corte dngulo de incidencia, sobre las fuerzas de
corte y el consumo de energia en el proceso mediante la “técnica del andlisis del ponderado”

(weighted analysis technique).

En 2017, Ducobu et al. [22] modelizaron el proceso de corte ortogonal utilizando una
formulacion acoplada euleriano-lagrangiana mediante cddigo de elementos finitos 2D y 3D.

Dicha formulacion euleriana permitia reducir el nimero de nudos en la pieza mecanizada.

108



Modelizacion numérica bidimensional y tridimensional aplicado al Universidad

mecanizado de aleaciones aeronduticas. ucdm | Carlos Il
de Madrid

Héctor Lopez-Galvez Mufioz. Dpto. Ingenieria Mecanica
Los autores llegaron a la conclusion de que la relacion entre el ancho de corte y el avance

deben estar bien definidas para acercarse al supuesto de deformacion plana.

En 2017, Kumar et al. [21] y Reddy et al. [121] estimaban mediante el software Deform3D,
las fuerzas de corte y la temperatura en la interfaz herramienta/viruta durante el proceso de
mecanizado para diferentes avances (0,082 - 0,178 mm / rev) y profundidades de corte (0,5

- 1,5 mm).

Recientemente, en 2019, Jian Weng et al. [22] propusieron un modelo de elementos finitos
tridimensional de corte oblicuo para determinar la distribucién de temperatura en la viruta,
la herramienta y la pieza de trabajo. Estos autores compararon los resultados numéricos con
un modelo analitico basado en la discretizacion de la zona redondeada de la herramienta

basados en los trabajos de Molinari y Moufki [123].
3.2. Objetivos

En el presente capitulo, se propone un modelo por elementos finitos tridimensional que
simula el proceso de torneado para tres profundidades distintas (0.50, 0.25 y 0.15 mm) sobre
Inconel® 718. Igual que en el capitulo, el modelo se realizO mediante el software

Abaqus/Explicit.

Se determinaron las fuerzas de corte, la morfologia de viruta y ciertas variables locales, tales
como deformacion plastica, velocidades de deformacion y temperaturas tanto en la viruta

como en la herramienta.

Se analizaron los efectos de determinadas variables numéricas como son el tamafio de malla
o el criterio de eliminacion de elementos entre otros y las condiciones de corte como

velocidad de corte o profundidad.

Los resultados numéricos obtenidos mediante el modelo desarrollado se han comparado y
validado con trabajos experimentales en los laboratorios de la Universidad Carlos III de
Madrid y publicados por V. Mufioz et al. [116] y [124], obteniéndose una buena correlacion

entre los resultados numéricos y experimentales.

La novedad del trabajo, resumido en este tercer capitulo, es el desarrollo de un modelo

completamente tridimensional partir del software Abaqus/Explicit capaz de reproducir
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fielmente operaciones de torneado a profundidades que se pueden considerar de acabado

(0.50, 0.25 y 0.15 mm)

El objetivo principal del trabajo es la obtencion de un modelo capaz de predecir
numéricamente variables globales contrastables (fuerzas de corte y morfologia de viruta) y
locales, que dificilmente pueden obtenerse de forma experimental, pero afectan de manera
importante al proceso de fabricacion en si (deformacion del material, velocidades de

deformacion y distribucion de la temperatura).

Las condiciones de corte tan especificas de estos procesos de acabado (avance pequefio y
profundidad de corte) se han convertido en un desafio importante para su modelizacion
numeérica. Estas condiciones llevan a la necesidad de definir un tamafio de malla reducido y,
por lo tanto, dilatados tiempos de célculo. Por otro lado, se tiene la problematica asociada al
criterio de eliminacion de elementos. Por estos motivos, parte del presente trabajo se ha
dedicado a la calibracion de las variables asociadas a dichos criterios (tamafio de malla y

eliminacion de elementos).

Este capitulo se estructura de la siguiente manera: En la seccion 3.3 se define
pormenorizadamente el modelo numérico en si, en la seccion 3.4 se define y se estudia el
modelo de corte no ortogonal para profundidad de 0.50, en la seccion 3.5 se define y se
estudia el modelo de corte no ortogonal para profundidad de 0.25, en la seccion 3.6 se define
y se estudia el modelo de corte no ortogonal para profundidad de 0.15 y, por ultimo, en la

seccidn 3.7 se comparan los resultados entre los tres modelos definidos.
3.3. Modelo numérico

En los siguientes apartados se presenta de manera detallada del modelo numérico 3D
desarrollado para el estudio de mecanizado en condiciones de corte oblicuo de Inconel®
718. Se comenzard definiendo la geometria que define el modelo y, posteriormente, se
definira el material a mecanizar en su composicion, sus caracteristicas mecéanicas y térmicas
como las leyes constitutivas que definen dicho material. En todos los casos, al igual que en
el modelo 2D, el modelo 3D se desarrolld a partir del software de elementos finitos
Abaqus/Explicit, definiendo dichos elemento como C3D8R (8-node linear brick with

reduced integration).
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3.3.1. Geometria del modelo 3D y condiciones de contorno

En primer lugar, se pasara a describir la geometria del modelo tridimensional, el cual recrea
un mecanizado de corte no ortogonal en base a ensayos experimentales realizados sobre
Inconel® 718 por V. Mufioz et al. [116], cuyas propiedades y caracteristicas se describiran

con detalle en apartados posteriores.

Siguiendo las bases establecidas en el modelo de corte ortogonal, el modelo de corte no
ortogonal se dividird entre la modelizacion del material a mecanizar y la herramienta
propiamente dicha. Sin embargo, a diferencia del supuesto anterior, donde se estableci6 un
unico caso de corte para poder validar el modelo y garantizar la fiabilidad de las hipotesis
como el uso de una capa de sacrificio en un modelo de corte, en este caso se estudiaran tres

casos en base a diferentes profundidades de corte: 0.50, 0.25 y 0.15.

En el caso de la herramienta, se ha establecido un tnico tipo para los tres procesos, la cual

se situara tanto en posicion como en angulo segln el caso a estudiar.

En conjunto, el modelo se establecera bajo una temperatura inicial de 293 K (20 °C) tanto
para el material a mecanizar como para la herramienta. En la Fig. 71 se muestra un esquema

general del modelo numérico y su principales caracteristicas.
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Fig. 71 Esquema del modelo numeérico de corte no ortogonal tridimensional.

Material a mecanizar

La modelizacion del material se realiza en base a una pequefia parte de una mecanizacion
completa por torno tal como se muestra en la Fig. 72. Teniendo en cuenta que la longitud a
mecanizar representada es mucho menor que el radio a mecanizar y bajo la hipotesis de que
la herramienta no varia su posicion con respecto al material en ningiin momento del proceso,

se ha modelizado el s6lido considerando despreciable la curvatura, al igual que en la mayoria

de los modelos de este tipo estudiados [58], [83], [18], [125].
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Fig. 72 Material de partida y parte representativa para el modelo numérico.
Como ya se ha mencionado, el modelo del material se compone de tres zonas diferenciadas,

basandose en el modelo bidimensional: base, capa de sacrificio y viruta, tal como se muestra

en la Fig. 73.

Capa intermedia

AVa
= (Layer)
Huella de la herramienta )
(Rp= 0.8 mm) Viruta

P
<
= N}
e S

<l S Base

Fig. 73 Esquema de la geometria del material mecanizado donde se especifican el efecto de los parametros de corte en la

geometria (avance y profundidad) y las diferentes partes en las que se divide.

Se limitaran los grados de libertad de todo el perimetro del material, a excepcion de las zonas
denominadas “viruta” y “capa de sacrificio”. Concretamente, la base tendra condiciones de

“empotramiento”, es decir, no se permitird ningin movimiento en ninguna de las

direcciones: Ux= Uy= Uz=0 (Ver Fig. 74).
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Fig. 74 Condiciones de contorno del material a mecanizar durante la simulacion.

Si bien el avance es igual en todos los casos de estudio (f = 0.15 mm/rev), la profundidad
varid entre 0.50, 0.25 y 0.15 mm, por lo que la geometria del modelo se adaptd a cada caso,

tal como se muestra en la Fig. 75. En todos ellos los modelos son similares, respetando la

Profundidad = 0.15 mm | Profundidad = 0.25 mm | Profundidad = 0.50 mm

geometria general indicada en Fig. 73.

Fig. 75 Geometria del modelo segun las profundidades de estudio: p=0.15, p=0.25, p=0.50.

Herramienta

Para el la simulacion de corte no ortogonal se ha modelizado una herramienta de corte cuyas
caracteristicas corresponden a una plaquita de corte de la marca SECO modelo CNGA
120408E25-L1-U de CBN 170 sin recubrimiento [126]. Las caracteristicas geométricas de

la plaquita a modelizar estan resaltadas en la Fig. 76, que seran tanto el radio de punta (R, =
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0.8 mm) y el angulo de la herramienta (B = 80°), los cuales determinardn la huella durante
las pasadas del mecanizado, como el radio de filo (Rr=0.025 mm), cuya geometria afecta a

las fuerzas de mecanizado [127].

p=80°

Rer=0.025 mm

N

Rp= 0.8 mm

Fig. 76 Modelado 3D de plaquita de corte CNGA 120408E25-L1-U marca SECO con las dimensiones del radio de punta
(Rp) y el radio del filo (Rf).

Dentro del modelo numérico, con el objetivo de reducir los tiempos de calculo, se optara por
tomar s6lo una parte representativa de la herramienta en lugar de la geometria completa. En
este caso se tuvo en cuenta la superficie efectiva en contacto entre el material a mecanizar y
la herramienta, asi como el volumen necesario de la herramienta para permitir la
transferencia de calor entre plaquita y material/viruta sin que se produzca una acumulacioén
de calor irreal. Dicha parte representativa se puede observar en la Fig. 77, 1a cual corresponde

a parte de la punta de la herramienta.

Fig. 77 Parte representativa de la plaquita de corte para el modelo numérico 3D.

En la Fig. 78 se puede observar la geometria final de la herramienta empleada en el modelo
numérico. Debe sefialarse que segun la profundidad de corte la zona efectiva de la
herramienta es diferente (mayor tamafio cuanto mas profundidad). Sera necesario modelar,

por tanto, una geometria de herramienta optimizando la zona efectiva para cada caso.
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Profundidad= 0.15 mm Profundidad= 0.25 mm Profundidad= 0.50 mm

Fig. 78 Geometria de la plaquita de corte para el modelo numérico 3D segun la profundidad de corte (p=0.15 mm, p=0.25
mm, p=0.50 mm).

La herramienta de corte se posicionard en el modelo de forma que el angulo de
desprendimiento y el angulo de la herramienta sean -6° y 6° respectivamente, tomando como
referencia los ensayos experimentales realizados en la Universidad Carlos III de Madrid

[116], [124]. El detalle de posicionamiento de la herramienta se puede ver en la Fig. 79

Fig. 79 Posicionamiento de la herramienta en el modelo numérico segun ensayos experimentales de la Universidad Carlos
1l de Madrid [116], [124].
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3.3.2. Definicion del material mecanizado
Composicion y caracteristicas

El material de estudio serd la superaleacion de base niquel-cromo Inconel® 718. El prefijo
Inconel® es una marca registrada de la empresa Special Metals Corporation. Dicha marca
engloba, a dia de hoy, dieciocho aleaciones distintas [128] y ofrece unas propiedades
excelentes para aplicaciones a altas temperaturas gracias a su alta resistencia a fluencia y a
corrosion, soportando temperaturas de hasta 1336 °C [129]. La composiciéon quimica

estandar del Inconel 718 puede verse en la Tabla 21.

Tabla 21. Composicion quimica del Inconel® 718 [129].

Ni Cr Nb Mb Ti Al Co C

50-55 17-21 4.75-5.50 2.80-3.30 0.65-1.15 0.20-0.80 <l <0.08

Mn Si P S Bo Cu Fe
<0.35 <0.35 <0.015 <0.015 <0.006 <0.30 Resto

La inclusion de cada uno de los componentes, asi como la cantidad de éstos, tiene una serie

de efectos sobre las caracteristicas de la aleacion final tal como se especifica a continuacion:

e Niquel (Ni). Conforma la base de la aleacion y, por tanto, las propiedades mecanicas de
la aleacion vienen determinadas en su mayoria por él. Posee una estructura cristalina
Cubica Centrada en las Caras (FCC), lo que infiere al material de tenacidad y ductilidad,
el cual tiende a deformarse por los sistemas de deslizamiento {1 1 1} y (1 1 0) [36]. Por
otro lado, el niquel por si mismo tiene una notable resistencia a corrosion debido a que
genera una capa de pasivacion de NiO que retarda la oxidacion incluso a altas
temperaturas. El espesor de la capa protectora sigue una relacion parabélica del tipo x2 =
a - t, donde x es el espesor de la capa, a es una constante del material a una temperatura
fija y t el tiempo de exposicion al O;. La constante a para Ni de alta pureza puede
determinarse para un rango de temperaturas entre 750°C y 1240°C mediante la ecuacion

Ec. 1.

ka? 45000
a( f >=3.2-e(_ RT) Ec. 1
m*-s
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Donde R es la constante de los gases ideales (1.987 cal/mol-K) y T la temperatura en

grados Kelvin.

e Cromo (Cr). Es el segundo aleante més importante de las aleaciones tipo Inconel® 718
por su contenido. En pequefas cantidades induce un afinamiento de grano mientras que
cantidades mayores, como es el caso, mejora la resistencia a oxidacion y una disminucion
de la conductividad. La mezcla de 6xido de Ni-Cr genera una capa continua que protege
el interior del material de la oxidacion cuando se superan temperaturas superiores a los

1150°C [36].

e Niobio (Nb). La adicién de este elemento contribuye al endurecimiento de las
superaleaciones, manteniendo su resistencia a temperaturas por encima de los 1100°C.
Los atomos de Nb son mayores que los de Ni, Co y Fe, por lo que el Nb actua como una
solucidn solida endurecedora. Su solubilidad en la estructura FCC del niquel en su fase
v, por lo que precipita preferentemente en la fase y’. Esto conlleva a la deformacion de

la matriz y y un endurecimiento de la superaleacion a altas temperaturas [36].

e Molibdeno (Mb). En aleaciones con Cromo y Manganeso, como es el caso del
Inconel®, este elemento reduce o incluso elimina por completo la fragilidad provocada

por otros elementos, aumentando de esta manera la ductilidad de la aleacion [130].

e Titanio (Ti). Por un lado, en aleaciones con Fe, el titanio produce proteccion frente a la
corrosion intergranular. De esta forma mantiene sus propiedades anticorrosivas en todo
el volumen del material. Mientras que al adicionar carbono, genera carburos
intergranulares que, ademas, mejora la resistencia a altas temperaturas [36].

e Aluminio (Al). Mejora la resistencia y dureza de las aleaciones Niquel-Cromo.

e Cobalto (Co). Mejora considerablemente la resistencia a desgaste de las aleaciones y

mejora algo mas la resistencia a corrosion.

e Carbono (C). La adicion de este elemento permite la combinacion con elementos

reactivos y refractarios como el titanio, formando carburos que se concentran en los
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limites de grano durante el tratamiento térmico correspondiente. Estos carburos tienen
una estructura cristalina FCC (ctbico centrado en las caras), lo cual mejora la dureza de

la aleacion a altas temperaturas. La dureza se maximiza alrededor de los 850 °C [36].

e Manganeso (Mn). Este elemento, en combinacion con el cobre y el niquel proporcionan
un aumento de la resistencia a fatiga gracias a las fase martensitica. A su vez, aunque en
condiciones normales (25 °C y 1 atm) presenta una conductividad eléctrica y térmica
relativamente alta, por cada 100 MPa que aumenta la presion sobre el material su
resistividad aumenta un 0.3 %, lo que lo hace ideal para aplicaciones en camaras de

combustion, por ejemplo [36].

e Silicio (Si). Impide la aparicion de burbujas en aleaciones con contenido de Fe durante
su paso de estado liquido a sélido. A su vez, en combinacidon con aluminio, mejora

ligeramente la soldabilidad.

e Fosforo (P). Mejora la dureza superficial asi como la resistencia a corrosion.

e Azufre (S). Son impurezas inevitables presentes durante la adicion de Fe.

e Boro (Bo). Elimina los gases y la porosidad en aleaciones que contienen cobre.

e Cobre (Cu). En combinacion con niquel mejora considerablemente la resistencia a
corrosion, especialmente a corrosion salina, y corrosion por picaduras. Evita los ataques
organicos (incrustaciones de bacterias y colonias animales). Por otro lado, la
combinacion Ni-Cu incrementa sustancialmente el modulo elastico, el limite elastico y

la resistencia a la fatiga mecénica sin perder conductividad eléctrica ni a penas la

ductilidad.

e Hierro (Fe). Mejora las propiedades mecanicas y, en combinacion con el niquel,

disminuye el coeficiente de dilatacion.
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Propiedades y ecuaciones constitutivas

El Inconel® 718, al igual que la mayoria de los metales, posee propiedades isotropicas tanto
a nivel macroscopico como mesoscopico y como tal se ha considerado en el modelo
numérico. Este material posee una deformacion maxima de alrededor del 55% segln
ensayos experimentales de A. Iturbe et al. [131], lo que permite considerarlo un material
ductil aunque no muy recomendable para trabajar por deformaciéon en frio debido a su
elevada dureza y modulo eléstico (aproximadamente el doble que el del acero). Se ha
definido la densidad en 8200 (kg/m?), el médulo elastico en 217 GPa y el coeficiente de

Poisson en 0.30. Las propiedades mecanicas del material estdn resumidas en la Tabla 22.

Tabla 22. Propiedades mecanicas del Inconel® 718.

Densidad Modulo eldstico Coeficiente de
(kg/m?) (GPa) Poisson
8200-10°° 217 0.30

En la primera etapa del mecanizado, tal como se desarroll6 en el apartado 2.3.2, el material
es sometido a deformacion elastica y cuyo comportamiento es definido por la ley de Hooke

(IL 1) [47].

Una vez el material llega al limite elastico éste pasa a la region pléstica, la cual estara
definida por la ecuacion de Johnson-Cook (II. 3) cuyos parametros se presentan en la Tabla

23 y al se le aplicard un criterio de dafio por deformacion plastica méxima a cortadura.

Tabla 23. Constantes de Johnson-Cook para Inconel® 718 [132].

A (MPa) B (MPa) C n m Tm (K) &
790 610 0.011 0.23 3.28 1573 0.01

En su ultima etapa, el material sometido a esfuerzos llega a su limite méximo. Es decir, el
esfuerzo al cual el material se rompe. Esta deformacién maxima se ha determinado en el

modelo mediante el criterio de “Shear failure” (Fallo por cortadura).

El modelo de fallo por cortadura se basa en el valor de la deformacion pléstica equivalente
en los puntos de integracion del elemento. El fallo del elemento ocurre cuando el pardmetro

de dafio excede 1. Este parametro de dafio, ®, se define por la siguiente ecuacion:

120



Modelizacion numérica bidimensional y tridimensional aplicado al Universidad
mecanizado de aleaciones aeronauticas. ucdm | Carlos i

de Madrid
Héctor Lopez-Galvez Mufioz. Dpto. Ingenieria Mecanica
=pl l
&, + X AP
= OT II. 42
&
f

—pl e e e .y ;g . .
Donde & es el valor inicial de la deformacion plastica equivalente, A£P! es el incremento
T . _pl o
de la deformacion plastica equivalente, ej? es el valor de la deformacion maxima (el punto

de fallo). El sumatorio se realiza sobre todos los incrementos del andlisis [133].

. , o ., .. . _l
En este modelo se consideraran un criterio de deformacion plastica equivalente (s}’ ) para

cada zona. Para la viruta y el material base se considerara el mismo criterio (ver 1. 43)
mientras que se considerara otro para la capa de sacrificio, el cual sera igual o menor que el

de la viruta/base (ver IL. 44).
gl = &b 1. 43
f.vir. f.base .
bl < &Pl I1. 44

ef.capa — ef.base

Para determinar los pardmetros mencionados se realizé un estudio paramétrico del criterio
de dafio estudiado y su efecto sobre las fuerzas medias de corte. Se concluyo que para valores
mayores de 4 tanto en el la capa de sacrificio como en la viruta el efecto en los resultados no

resulta ser significativo (ver Seccion 3.5.1.3).

Las propiedades térmicas se muestran en la Tabla 24. Cabe sefialar que aunque para el
modelo la conductividad térmica se determiné constante en 0.012 W-mm™"-K!, este valor

oscila entre los 0.010 y los 0.023 W-mm™-K™! segiin el fabricante y la colada.

Tabla 24. Propiedades térmicas del Inconel® 718.

Coeficiente de

Conductividad expansion térmica Coeficiente de Calor especifico
(W-mm™-K") P (K Taylor-Quinney (Jkg'-K")
0.012 1.3:107 0.90 435-10°
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3.3.3. Material de herramienta
Composicion y caracteristicas

Como ya se ha descrito, la herramienta empleada para el caso de estudio estd compuesta por
CBN (Nitruro de Boro Cubico) con una dureza de 55 — 65 HRC [56]. Muy superior de la
dureza del Inconel® 718 que es del orden de 32 - 40 HRC [134].

Este material sintético se obtiene a partir de nitruro de boro comun, el cual tiene un estructura
cristalina hexagonal después de ser sometido a temperaturas de 1400 °C y presiones del
orden de 60.000 atmosferas. Bajo estas condiciones la estructura cristalina pasa a

transformarse en ctbica, asemejandose a la del diamante, incluida su extrema dureza [56].

A parte de la dureza del material, razon por la cual se define como un soélido rigido en el
modelo numérico, otra caracteristica importante para ser utilizada como material de corte en
mecanizados es su alta conductividad térmica, que oscila entre los 302 90 (W-m™-K1) [135].

En el caso del modelo numérico, la conductividad térmica se establecio en 33 (W-m!-K™)
Propiedades y ecuaciones constitutivas

Como en el resto de casos, éste también se modeld bajo la hipdtesis de isotropia y
homogeneidad. Sin embargo, a diferencia del material a mecanizar, se consider6 que las
posibles deformaciones que pudiera sufrir la herramienta durante el proceso son
despreciables debido a la gran diferencia en la dureza a favor de la plaquita de corte, lo que

llevo a considerar €ste como un cuerpo rigido en el modelo tal como se indico anteriormente.

En este caso las propiedades mecanicas de la herramienta, tales como densidad, modulo
elastico o coeficiente de Poisson, no tienen ninglin efecto sobre los resultados finales del
modelo numérico [58]. Sin embargo es preciso que el modelo contenga valores que definan
el material, al menos, en su region elastica, gobernada por la ecuacion II. 1 y cuyos

parametros se indican en la tabla Tabla 25.

Tabla 25 Propiedades mecanicas de la herramienta de CBN [56], [134], [136].

Densidad Modulo eldstico Coeficiente de
(kg/m’) (GPa) Poisson
3450 400 0.30
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A diferencia de las propiedades mecanicas que definen la herramienta, que no tienen una
influencia significativa sobre los resultados, las propiedades térmicas, especialmente la
transferencia de calor a través de la herramienta, resultan ser unos parametros fundamentales
que afectan de manera notable a los resultados del modelo. Como ya se explico para el caso
bidimensional, el calor generado tanto sobre el material mecanizado como sobre la
herramienta debido al proceso no es en absoluto despreciable. Los valores para los

parametros correspondientes a la herramienta de CBN modelada se muestran en la Tabla 26.

Tabla 26 Propiedades térmicas de la herramienta de CBN [56], [134], [136].

Conductividad Capacidad calorifica
(N/K-s) (m*/s*K)

335 234

3.3.4. Determinacion de la friccion

En la seccion 2.4.1.4 se presento la ecuacion que permite determinar la friccion en funcion
de las fuerzas de corte del mecanizado. En dicho caso bidimensional se tenia el caso mas
sencillo dado que se tenia un &ngulo de desprendimiento y de incidencia de 0°. Esa

orientacion de la herramienta permitia simplificar la friccion con la ecuacion I1. 30.

_fa
" fe

El caso bidimensional permitia calcular con facilidad la friccion a partir de las fuerzas de

U II. 30

corte (obtenidas segun la direccion del eje Z del modelo) y las fuerzas de avance (obtenidas

segun la direccion del eje Y del modelo)

Sin embargo, el caso tridimensional es un caso mas complejo donde tanto el dngulo de
desprendimiento (o) como el angulo de incidencia (B) son distintos de 0°. Tal como se indic6
en la Fig. 79, tanto el d&ngulo o como el B tienen 6° de inclinacion. Esta orientacion implica
que la ecuacion II. 26 no puede simplificarse de manera tan sencilla como en el caso

bidimensional.

2 2
vii + 7 1L 26

u=
p

En este aspecto, para poder calcular la friccion se requiere realizar las pertinentes

proyecciones de las fuerzas originalmente en los ejes X, Y, Z (direcciones de las fuerzas
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respecto de las que se toman tanto los ensayos experimentales como las del modelo
numeérico) a un sistema de coordenadas locales orientado con la superficie de la herramienta

de corte tal como se esquematiza en la Fig. 80.

T2

B

T1 X

Fig. 80 Esquema de cambio de sistema de coordenadas global a sistema de coordenadas local

La proyeccion de las fuerzas al sistema de coordenadas local para obtener las fuerzas de
corte, avance y radial reales se realizard en dos pasos. Partiendo del caso simple del modelo
bidimensional, donde todos los angulos son nulos se realiza un primer giro para obtener un
angulo de desprendimiento (a) de 6°. Una vez proyectado en este nuevo sistema de
coordenadas locales intermedio se realizara la proyeccion con un segundo giro considerando

el angulo de incidencia de la herramienta () de -6°.

Se consideraran como datos las fuerzas en las direcciones X, Y, Z (Fx, Fy, Fz), asi como los

angulos de desprendimiento (o) y de incidencia (J3).
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Fig. 82 Coordenadas locales con respecto al segundo giro de la herramienta con el angulo de incidencia ().

Para obtener la proyeccion final de las fuerzas sobre el plano correspondiente a la superficie
de deslizamiento de la herramienta se procedera a la determinacion de las matrices de

rotacion de cada uno de los giros.

El primer giro, correspondiente a la Fig. 81, que viene determinado por la ecuacion [137]:

F, 1 0 0 F
E =10 cosa —senal:|F I1. 1
F, 0 sena cosa F;
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<9

0 1 0 E"
—senff 0 cospf E!

r

F, (cosﬂ 0 senﬁ’) E;'
E/

Donde F,' =1, ,F' =1, yF'=p

F, cosf 0 senf Ty
F! —senfB 0 cospf p

La rotacion completa de los vectores y, por tanto, su proyeccion quedara definida tal como

se muestra en la ecuacion

Universidad
ucdm | Carlosllil
de Madrid

F, 1 0 0 cosf 0 senpf T,
<Fr> = (0 cosa —sen a) : ( 0 1 0 > . <T2>
F, 0 sena cosa —senf 0 cosp p

F, cosf 0 sen f§ T1
<Fr> = ( sena-senff cosa —sena-cos ﬁ) . <T2>

—cosa-senf3 sena cosa-cosf p

1

p —cosa-senfS sena cosa-cosf F,

Ty cos 3 0 senf e
<T2> = ( sena-senff cosa —sena-cos ﬁ) : <Fr

)

Para simplificar las ecuaciones se realizara el siguiente cambio de variables

sena =a
cosa=b
senff =c
cosf =d

d 0 C -1 Fa T1
(a-c b —a-d) -(F}>=(Tz>
—-b-c a b-d F. p

III. 2

III. 3

I1I. 4

III. 5
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Considerando las siguientes relaciones trigonométricas,

sen‘a+cosla=1=a*+b*=1

sen?B +cos?f=1=>c?>+d*=1

Se obtienen el siguiente resultado
T1 d —a-¢c —-b-c E,
T21=1{0 d —c || E
p c b-c b-d F,

detA(a,B) =

1

Universidad
ucdm | Carlosllil
de Madrid

cosff —sena-senff —cosa- sen,8>

(adj A(a, ﬁ))T = < 0 cos f3 —senf

senff cosa-senf cosa-cosf

Finalmente se obtiene el sistema de ecuaciones siguiente:

t.=F-d-—F-a-c—F.-b-c
T2=F;-'d_FC'C
p=F-c+FE-b-c+F,-b-d

cos? B - cos?a + sen? B - sen? a + cos?a - sen? § + sen’a - cos? f§

Sustituyendo los datos experimentales en las ecuaciones se obtienen los siguientes

resultados recogidos en la Tabla 28, la Tabla 29, la Tabla 30 y Tabla 31.
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Tabla 27. Datos de las variables para un angulo de desprendimiento a=6°y de incidencia }=6°
sena=a 0.105
cosa=b 0995
senff=c -0.105
cosf=d 0995

Tabla 28. Datos y coeficiente de friccion para una profundidad de 0.50

Profundidad 0.50 mm
Ve=200 Ve=250 Ve=300

. 125 120 110
E. 190 175 150
F, 260 240 250
Ty 153 146 137
T, 216 199 175
p 224 207 220

u (Il 26) 1.18 1.20 1.01

Umedia 1.13
Tabla 29. Datos y coeficiente de friccion para una profundidad de 0.25
Profundidad 0.25 mm
Ve=200 Ve=250 Ve=300

- 60 60 55

E. 175 160 137
F, 185 170 148
(2] 81 79 72
T, 193 177 152

p 159 145 126
u (1l 26) 1.32 1.33 1.33

Umedia 1.33
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Tabla 30. Datos y coeficiente de friccion para una profundidad de 0.15

Profundidad 0.15 mm
Ve=200 Ve=250 Ve=300
F, 50 45 40
E. 160 140 120
F, 110 100 85
T, 63 57 50
T, 171 150 128
p 87 80 67
u (1l 26) 2.09 2.01 2.04
Umedia 2.05

Tabla 31. Coeficientes de friccion medios obtenidos a partir de los resultados de la Tabla 28, la Tabla 29 y la Tabla
30y la ecuacion II. 26.

Profundidad Coef. Friccion Medio

0.15 2.05
0.25 1.33
0.5 1.13

De la Tabla 31 se tomaran los coeficientes de friccion medios en los modelos numéricos
correspondientes en los casos que siguen. Se puede observar que este proceso genera unos
coeficientes de friccion altos en comparacion a los que se suelen observar, aunque cabe

sefalar que, aunque poco habituales, existen coeficientes de rozamiento superioresa 1 [738].
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3.4. Modelo de mecanizado 3D no ortogonal. Profundidad de 0.50 mm
3.4.1. Resultados

3.4.1.1. Analisis de sensibilidad de malla

Para el andlisis de sensibilidad de malla se han realizado calculos con diferentes
configuraciones de malla evaluando la sensibilidad del modelo seglin el tamafio de los
elementos. Cabe destacar que la zona de la viruta se ha definido con una malla perfectamente

estructurada tal como se muestra en la Fig. 71.

Para el caso, se han determinado valores medios de la malla entre 10 pum y 100 um y se han
estudiado en cada caso las fuerzas de corte, la morfologia de la viruta, variables locales como

la deformacion, las velocidades de deformacion y las temperaturas.

En la Fig. 83 se presenta la variacion de las fuerzas segun el tamaiio de los elementos de la
malla para una velocidad concreta (300 m/min): Fuerza de corte (Fc), Fuerza radial (Fr) y

Fuerza de avance (Fa).

En todos los casos el criterio de eliminacion de elementos se ha determinado por los

=Dl =Dl

; — — =D —
parametros & ;. = & a5, = 4 Y & = 2.

l
capa

Como se puede observar en la Fig. 83, las mallas con tamafios de elementos excesivamente
grandes (Tamanos de malla de 50, 70 y 100 pm) infravaloran los tres componentes de la

fuerza.

@ Fc (Num.)

Fuerzas (N)

50 30 15 10
Tamano de malla (um)

Fig. 83 Efecto del tamaiio de los elementos de la malla sobre las diferentes fuerzas de corte para el modelo tridimensional

con profundidad de corte de 0.50 mm (V.=300 m/min y 5;’.5]”. = 4) [125].
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En este caso, la reduccion de los valores de las fuerzas de corte se explica por la deformacion
y posterior eliminacidon de elementos grandes. Para minimizar los efectos de la eliminacion
de estos elementos en la masa global sistema, el tamafio de la malla debe elegirse
cuidadosamente. La configuracion con un tamafio de malla de 30 um corresponde a la

configuracion de fuerzas maximas.

Analizando la deformacion plastica equivalente media en la zona de corte, se puede observar
que su valor tiende a s_lf’_ fjir. (pero siempre permanece por debajo de dicho valor, evitando la

eliminacion de elementos y, por tanto, una disminucion de las fuerzas).

A partir de un tamafio de malla inferior a 30 um las fuerzas de corte, avance y radial tienden
a converger a valores constantes tal como se muestra tanto en la Fig. 83 como en la Tabla

32.

Tabla 32 Resumen de las fuerzas de corte del modelo tridimensional no ortogonal y sus variaciones relativas [125].

T:lr:rcrlzlzZt(a),e Fuerza de Corte Fuerza Radial Fuerza de Avance
(um) ™ © v
15 256 155 116
10 255 154 121
Variacion ~1% >1% >5%

relativa (%)

Como se puede observar en la tabla anterior, los calculos de las variaciones relativas sobre
las fuerzas predichas por el modelo entre los tamafios de malla considerados, muestran que
la variacion de la fuerza corte (Fc) y la fuerza radial (Fr) son absolutamente despreciables
(variaciones menores al 1%). De la misma manera, la variacion relativa de la fuerza de

avance es, en este caso, inferior al 5%.

En la Fig. 84 muestra el tiempo, en horas, requerido para la finalizacion de la simulacién del
modelo en funcién del tamafio medio del elemento de la malla. Como es 16gico, cuanta mas

fina es la malla , mayor es el tiempo necesario.
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o

Fig. 84 Tiempos de calculo en horas segun los tamarios de elemento de malla para el modelo tridimensional de corte no

ortogonal de profundidad 0.50 mm.

Una malla con elementos grandes implica tiempos de calculo menores (20 h para un tamafio
de elemento de 100 um). El aumento de la densidad de la malla en la zona de corte induce
valores mas altos de tiempo computacional: 80 h para 30 um, 148 h para 15 um y 338 h para

un tamafio de elemento de 10 um.

En la Tabla 33 se muestra la relacion entre el tamafio medio de los elementos de la malla y

la cantidad de elementos que forman el modelo en cada caso.

Tabla 33 Resumen del numero de elementos del modelo segun el tamario medio de los elementos [125].

Tamario de
elemento 100 70 50 30 15 10
(um)
Numero de

elementos 1700 4558 11680 45813 283633 528200
del modelo

De estos resultados se puede concluir que un tamafio de malla global de alrededor de 15 um
ofrece un buen compromiso entre el tiempo de célculo requerido y la precision de los

resultados en términos de fuerzas de corte y es el que se ha empleado para el resto de anélisis.
3.4.1.2. Analisis de la morfologia de la viruta y sus variables locales

A continuacion, se estimaran los efectos del tamano de los elementos de la malla sobre la
morfologia de viruta en el modelo tridimensional. En la Fig. 85 se presentan los resultados

de la morfologia de la viruta para una longitud mecanizada de 1.25 mm.
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Mesh global size = 10 um Mesh global size = 15 um

PEEQ
(Avg: 75%)

+6.114e+00
+2.300e+00
+2.108e+00
+1.917e+00
+1.725e+00
+1.533e+00
+1.342e4+00
+1.150e+00
+9.583e-01
+7.667e-01
+5.750e-01
+3.833e-01
+1.917e-01
+0.000e+00

Mesh global size = 100 pm

Fig. 85 Morfologia de la viruta segun el tamario de elemento de malla para una longitud mecanizada de 1.25 mm.

Se puede observar que la morfologia de la viruta para los tamafios mayores de los elementos
de la malla (100 y 50 um) tienden a “arrugarse” contra la superficie de desprendimiento de
la herramienta, mientras que para tamanos finos de malla, la viruta se desliza sobre dicha
superficie y generando la forma ondulada tipica de los casos reales de mecanizado.

Se observa ademas que la mayor deformacién se concentra en la parte derecha de la viruta
(segun se observa la imagen), correspondiente a la parte mas fina de ésta y, ademas, la zona
de primer contacto entre herramienta y material. Las zonas central e izquierda de la viruta se

separan del resto del material sin problema.

Se observa que en tamafios de malla finos la deformacion estd localizado en una banda
estrecha y el mecanismo de formacion de esta parece ser mucho mas homogéneo que para

los casos de tamafio grueso

Confirmando el tamafo de malla de 15 pum para el andlisis de la morfologia de la viruta se
procedera a determinar y analizar los valores locales de deformacion, tasas de deformacion
y temperaturas en la viruta durante la operacion de acabado de Inconel® 718. Para el caso,
se ha definido una trayectoria de elementos en el material mecanizado tal como se

esquematiza en la Fig. 86. Para evitar efectos propios de los bordes que, por su condicion de
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extremos en la geometria tienen valores caracteristicos de ésta y no necesariamente reales,

la trayectoria para el andlisis se ha definido por el centro del material.

A-A

Fig. 86 Trayectoria de estudio de las variables locales durante la formacion de la viruta.

La longitud de la trayectoria se corresponde al total de la longitud de contacto d entre la cara
de ataque de la herramienta y la viruta (6 = 0 correspondiente al filo de la herramienta de
corte y 6 = 1 describe el Gltimo punto de contacto entre viruta y herramienta un instante
después de desprenderse). A lo largo de este camino se han determinado variables locales
para cada nodo de la malla. En las siguientes figuras se muestran los resultados numéricos
locales de la deformacion plastica (Fig. 87), la velocidad de deformacion (Fig. 88) y la

temperatura (Fig. 89) en la viruta para diferentes configuraciones de tamafio de malla.

Se observa una gran diferencia entre los calculos realizados con tamafios de elemento mas
fino (10 y 15 um) y las realizadas con elementos mayores (50 y 100 um). De hecho, para
tamafios de elementos de 50 y 100 pum, la deformacion plastica es de aproximadamente 2 a
lo largo del camino, mientras que la deformacion plastica promedio alcanza un valor de 4
con los elementos mds finos. La sensibilidad de la malla para las predicciones de
deformacion pléstica equivalente también afecta la velocidad de deformacion local y la

distribucion de temperatura en la viruta.
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Fig. 87 Valores locales de la deformacion plastica equivalente para tamarios de elemento de 10, 15, 50 y 100 um a lo
largo de toda la longitud normalizada de la trayectoria para una Vc=300 m/min, una longitud mecanizada de 1.25 mm y

bl _
Sf.vir. =4

En términos de velocidad de deformacion (Fig. 88), los calculos realizados con los elementos
mayores presentan valores subestimados. Para los tamafios de 50 y 100 um, varia de 0 a
50000 s mientras que para 10 y 15 um, varia entre 30000 y 250000 s™'. Estas variaciones
afectan directamente el nivel de tension del material a través de la ley constitutiva y, por

tanto, a las fuerzas de corte globales

o 2

o

X

()

= 1.5 Element size (um)
k3 —e— 10
o 1

3 -=r==-15
E os . . — % =50
- : - - m— 100
S /

]
0 = - = '-‘—‘-‘%__—_!::.x,,‘ F." e 3¢ g = X WX
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
Longitud normalizada(3)

Fig. 88 Valores locales de la velocidad de deformacion para tamarios de elemento de 10, 15, 50 y 100 um a lo largo de
toda la longitud normalizada de la trayectoria para una Ve=300 m/min, una longitud mecanizada de 1.25 mm y 5}7_ fm_ =

4.

En cuanto a la distribucion de temperatura en el material mecanizado a lo largo de la
trayectoria, una malla fina presenta temperaturas que alcanzan valores entre 800 y 1400 K.
El valor de la temperatura promedio disminuye a 350 - 650 K para tamafios de malla

mayores.
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< 1200 Element size (um)
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Fig. 89 Valores locales de la temperatura para tamariios de elemento de 10, 15, 50 y 100 um a lo largo de toda la longitud

normalizada de la trayectoria para una Ve=300 m/min, una longitud mecanizada de 1.25 mm y S_]f_ iir. =4.

3.4.1.3. Efecto del fallo a cortadura (shear failure)
En la presente seccion se realiza el estudio de los parametros de dafo del material, evaluando

la respuesta de modelo segun el valor de dicho pardmetro. En este sentido se aplico un fallo

f

por deformacion maxima a cortadura &;, .

Durante el andlisis paramétrico se mantiene constante el valor del pardmetro en la capa de

sacrificio en ez],c = 2.5, variando el valor de dicho pardmetro para la zona de la viruta entre

3 y 6. Por otro lado, tal como se defini6 en el apartado 3.4.1.1, se selecciond un tamafio de
elemento de la malla de 15 pm. En cuanto a la velocidad de corte, el andlisis se realizd en

todos los casos con una velocidad constante de Vc = 300 m/min.

Los resultados numéricos obtenidos se compararon con ensayos experimentales respecto a

las fuerzas de corte, avance y radial [116]. Como era esperable, las fuerzas obtenidas varian

f

proporcionalmente con el parametro &, .

Se pudo observar que segun se aumenta el valor de la deformacion maxima a cortadura se
induce una mayor capacidad de deformacion, lo que a su vez induce un aumento de las
fuerzas de corte. En la Fig. 90 se muestran los resultados del estudio paramétrico variando
el fallo a cortadura maximo de la zona de la viruta entre 3, 4, 5 y 6. Variando dicho pardmetro
entre 3 y 6, las fuerzas de corte, radial y avance se incrementaron un 9%, 18% y 26%
respectivamente. La calibracion del parametro de dafio es clave para la determinacion del

modelo, dado influye considerablemente sobre los resultados que dicho modelo aporta.
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L 100 .——‘
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Fallo Deformacién Méx. a Cortadura, £, (chip)
Fig. 90 Estudio paramétrico del fallo a cortadura sobre las fierzas de mecanizado. Las lineas constantes representan las
Sfuerzas experimentales [116]. (Ve=300 m/min, tamaiio de elemento=15 um, longitud de mecanizado Lm=1.25 mmy).
Comparando los resultados de las fuerzas numéricas con los resultados experimentales se
puede observar que con un fallo a cortadura de 85 = 4 se obtiene una buena concordancia

entre ambos casos. En este aspecto la Tabla 34 se muestra el error relativo (A% Num-Exp)

entre las mediciones experimentales.

Tabla 34 Error relativo y medio entre las fuerzas experimentales [116] y numéricas para una velocidad de corte de
Ve=300 m/min.

A% Num-Exp. A% Num-Exp.

Fc 3.5

3 Fr 10.5 8.7
Fa 11.9
Fc 2.2

4 Fr 0.88 2.1
Fa 3.1
Fc 5.6

5 Fr 3.3 5.9
Fa 8.7
Fc 7.5

6 Fr 8.5 10.0
Fa 14

Las predicciones numéricas de los componentes de la fuerza donde se puede observar

claramente que cada componente de la fuerza se predice mejor considerando un valor de
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e{; = 4. En este sentido, el valor del error relativo promedio es del 2.1%, considerando las

tres componentes de la fuerza.

Aunque queda demostrado que un valor para el fallo a cortadura de 4 ofrece una buena
precision en términos de fuerzas de corte, sin embargo, a continuacion se procedera a realizar
el andlisis de este factor sobre la morfologia de viruta y las variables locales. El efecto de
criterio de fallo por cortadura en la morfologia de la viruta se muestra en la Fig. 91 y la Fig.

92.

Chip Shear Failure = 3

Chip Shear Failure = 4

PEEQ
(Avg: 75%)

+6.114e+00
+2.300e+00
+2.108e+00
+1.917e+00
+1.725e+00
+1.533e+00
+1.342e+00
+1.150e+00
+9.583e-01
+7.667e-01
+5.750e-01
+3.833e-01
+1.917e-01
+0.000e+00

Fig. 91 Morfologia de viruta obtenida para diferentes valores del criterio de fallo a cortadura para una velocidad de 300

m/min [125].

Chip Shear Failure = 3 Chip Shear Failure = 4

PEEQ
(Avg: 75%)
+6.114e+00
+2.300e+00
+2.108e+00
+1.917e+00
+1.725e+00
i i = +1.533e+00
Chip Shear Failure = 6 113456100
+1.150e+00
+9.583e-01
+7.667e-01
+5.750e-01
+3.833e-01
+1.917e-01
+0.000e+00

Fig. 92 Morfologia de viruta obtenida para diferentes valores del criterio de fallo a cortadura para una velocidad de 900

m/min [125].
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En este caso se ha analizado el impacto del pardmetro de fallo para dos velocidades de corte,
300 y 900 m/min. Un primer analisis cuantitativo permite afirmar que el criterio por fallo a
cortadura en la viruta no afecta el globalmente a la morfologia. Sin embargo, un valor mas

alto de dicho criterio induce una mayor capacidad de deformacion.

En el caso de la configuracion con un fallo a cortadura de 6 la viruta presenta unas zonas
onduladas con una intensa localizacion de deformaciones en su parte derecha. Por otro lado,
las simulaciones realizadas con valores mas bajos para dicho criterio de fallo no muestran

este fenomeno, incluso para velocidades de corte Ve =900 m / min.

Dado que uno de los objetivos principales del modelo es la prediccion de la segmentacion y

aparicion de las bandas de corte, asi como su propagacion, es fundamental calibrar el
parametro e{: (chip) con cierta precision. En aplicaciones dinamicas, la banda de cortadura

se produce por una inestabilidad plastica que aparece en una “competicion” entre efectos
estabilizadores (endurecimiento por deformacion y velocidad de deformacion) y efectos
desestabilizadores (ablandamiento térmico). La aparicion de una banda de cortadura ocurre
cuando los efectos de ablandamiento térmico se vuelven preponderantes frente a los efectos
estabilizadores [139], [140]. La aparicion de una banda de cortadura puede provocar la
fractura de la viruta. En los procesos de mecanizado, las virutas pequefias facilitan la

evacuacion del calor y por tanto, es preferible.

A continuacion se observara la influencia del criterio del fallo por cortadura sobre los datos
locales en la viruta como la presion, la velocidad de deformacién y la temperatura y cuyos

resultados se muestran en la Fig. 93.
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Fig. 93 Resultados locales de (a) Deformacion plastica equivalente, (b) velocidad de deformacion y (c) temperatura

respecto al criterio de fallo a cortadura de 3, 4,5 y 6 a lo largo de la trayectoria indicada en la Fig. 86 (Vc=300 m/min,

tamario de elemento = 15 um, longitud de mecanizado Lm=1.25 mm)

Como era de esperar, valores mas alto de ez’: (chip) induce valores mas altos de deformacion

plastica equivalente en la viruta.

En la Fig. 93a, para un valor del criterio del fallo de cortadura de e{: (chip) =3, la

deformacion pléstica equivalente es casi constante entre 6 = 0 (correspondiente al borde de

la herramienta) y 6 = 1 (correspondiente al contacto final entre la herramienta y la viruta) y
su valor medio es alrededor de 2. Para e{; (chip) = 4, la deformacion se mantiene constante

de d =0 a 6= 0.2 con un valor promedio de deformacion plastica equivalente de 2, de 6 =
0.2 a 6 = 0.8, su valor promedio aumenta casi a 4. Por encima de 6 = 0.8, la presion normal

aplicada por la viruta en la cara de inclinacion de la herramienta disminuye y la velocidad
de deformacion disminuya. Para 55 (chip) =5y ef; (chip) = 6, las tendencias globales de
la deformacion plastica equivalente promedio son muy similares a las obtenidas para

ezj; (chip) = 4, aunque presentan algunas oscilaciones locales.
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En la Fig. 93b, el estudio de la distribucion de la velocidad de deformacion permite mostrar
que para todos los valores del criterio fallo por cortadura maxima, valores de velocidades de

deformacion desde 0 a 165.000 s™!. Sin embargo, se puede observar que los valores mas bajos
de ez’: (chip) inducen valores mas altos de velocidad de deformacion a lo largo de la
trayectorias. De hecho, para e{,c (chip) = 3, s{: (chip) = 4, e{,c (chip) =5y szf (chip) = 6,

la tasa de deformacion maxima alcanza respectivamente valores de 165.000 s!, 140.000 s,

121.000 sy 116.000 s

El ultimo gréfico, la Fig. 93c muestra la distribucion de la temperatura en la interfaz
herramienta / viruta. En el mecanizado, el aumento de temperatura tiene dos contribuciones
principales: la deformacion plastica y la friccion en la interfaz. Es interesante sefalar el
mimetismo que aparece entre las evoluciones de la deformacion y la temperatura en la
interfaz. De hecho, cada variacion de la deformacion local afecta a la distribucion local de
la temperatura. De 6 =0 a & = 0.2, todos los resultados muestran un valor casi constante de
temperatura alrededor de 770 K. De 6 = 0.2 a 6 = 0.8, las temperaturas aumentan y para
valores con un criterio fallo a cortadura maximo mas altos inducen temperaturas mas altas.
Para 82’: (chip) = 3, ez’: (chip) = 4, e{: (chip) =5y e{; (chip) = 6 se obtuvieron,
respectivamente, temperaturas maximas de Tmax= 1141, 1461, 1506 y 1655 K y temperaturas
medias Tmed = 980 £ 149 K, 1059 £ 276 K, 1077 + 347 Ky 1142 + 129 K. Por lo tanto, el
estudio paramétrico del criterio de fallo por cortadura puede afectar en gran medida a los
valores locales de temperatura, sino también su valor maximo en la interfaz herramienta /

chip.
3.4.1.4. Validacion del modelo

Para validar el modelo numérico, en esta seccion se propone una comparacion con medidas
experimentales de fuerzas de corte. Se realizaron ensayos experimentales de operacion de
acabado de torneado sobre Inconel® 718 en los laboratorios de la Universidad Carlos III y
publicados por Mufioz et al. [116] y J.L. Cantero et al. [124]. Las condiciones experimentales
de corte son similares a las numéricas mostradas en los apartados anteriores. Se muestra por
un lado la comparacidn entre calculos numéricos y medidas experimentales, y por otro lado,
la influencia de la velocidad de corte sobre las fuerzas de corte, radiales y avance. Lo primero
que se puede observar es que los resultados numéricos muestran una buena aproximacion de

las medidas experimentales en términos de fuerzas tal como se puede ver en la Fig. 94.
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Fig. 94 Comparativa de los resultados del modelo numérico para profundidad de corte 0.50 mm y avance de 0.15 mm con

respecto a los resultados experimentales obtenidos por V. Muiioz et al. [116].

En lo que se refiere a este aspecto, las variaciones medias calculadas entre los datos
experimentales y numéricos son, respectivamente, 4,5%, 8,7% y 3,5% para las fuerzas de
corte, radial y avance. La componente radial corresponde a la fuerza de empuje vertical de
la pieza de trabajo sobre la herramienta por lo que la fuerza radial es fuertemente dependiente
de la friccion en la interfaz herramienta/viruta y del empuje de ésta sobre la herramienta

debido al angulo de desprendimiento de la herramienta.

La formulacion del modelo de daio elegido (criterio de deformacion méxima a cortadura) o
el uso de un coeficiente de friccion constante entre la herramienta y la pieza de trabajo podria

explicar el aumento de variaciones en la prediccién de componentes radiales.

Por otro lado, influencia de la velocidad de corte muestra una tendencia global sobre las
fuerzas de corte, radial y avance. En este sentido, las fuerzas disminuyen ligeramente con un
aumento de la velocidad. La caida de los componentes de la fuerza con la velocidad de corte
se debe al ablandamiento del material mecanizado inducido por el aumento de la temperatura

en el material mecanizado [8], [9], [35], [75], [102], [127], [141].
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3.4.1.5. Campo de temperaturas en la herramienta

En el mecanizado, el calentamiento de la viruta tiene dos contribuciones principales: la
deformacion plastica en la zona de corte primaria y el contacto en la interfaz herramienta —

viruta.

Mientras que la primera de estas dos contribuciones se ve afectada por los parametros del
criterio de dafio, analizado en la Seccion 3.4.1.3, la segunda contribucion, el calentamiento
debido a la friccion entre la viruta y la cara de desprendimiento de la herramienta, es muy

sensible a la velocidad de corte.

La velocidad del generacion de viruta y la presion normal en la cara de desprendimiento de
la herramienta pueden afectar drasticamente a la distribucion de la temperatura y, por tanto,
a la evolucion del desgaste de la herramienta [142]. La Fig. 95 presenta los resultados
numéricos de la distribucion de la temperatura en la cara de desprendimiento de la

herramienta para distintas velocidades de corte (Vc = 50, 300 y 900 m/min).

> 1000 K
1000 -650 K
650 —450 K
V=50 m/min V=300 m/min V=900 m/min <450 K
dmax = 0.225 mm dmax = 0.28 mm dmax = 0.35 mm

Tmax. = 1174 K Tmax. = 1362 K

Tmax. = 1045 K

Tav. = 806 K Tav. = 1047 K Tav. = 1124 K

Tav. =816 K Tav. =914 K

Fig. 95 Mapa de temperatura de la herramienta del modelo para profundidad de corte de 0.50 mm y avance de 0.15 mm
para velocidades de 50, 300y 900 m/min en 2/3 de la longitud de corte simulada.
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Como era de esperar, una mayor velocidad de corte induce un aumento no sélo de
temperatura media y maxima sobre la herramienta sino también en el aumento del area

afectada por las temperaturas mas altas.

Para Vc=50 m/min, la cara de inclinacion de la herramienta muestra una zona
moderadamente afectada, siendo la temperatura media en esta zona de 806 K (representada
en amarillo en la Fig. 95) y alcanzando una distancia méxima de 0,225 mm desde el filo. Al
aumentar la velocidad de corte a Vc=300 m/min, se amplia la zona moderadamente afectada,
siendo la distancia méxima desde el filo de la herramienta de 0,28 mm y empieza a aparecer
una zona fina fuertemente afectada por la temperatura (representada en rojo en la Fig. 95).
De hecho, las temperaturas locales superan los 1000 K cerca del borde de la herramienta.
Para una velocidad de corte de Ve =900 m/min, la zona moderadamente afectada se extiende
mas aun, alcanzando los 0,35 mm desde el filo de la herramienta, y su temperatura promedio
alcanza valores superiores a 900 K. Para esta velocidad de corte, el area roja se extiende

también y la temperatura promedio en la zona alcanza los 1124 K.

Esta localizacion de la temperatura puede conducir a un desgaste prematuro de la
herramienta por difusion en el cara de desprendimiento. En este sentido, es fundamental que
las condiciones de corte, la geometria de la herramienta y la friccion en la interfaz
herramienta — viruta estén correctamente definidas para reducir estas temperaturas y asi

minimizar en lo maximo posble el desgaste provocado por la difusion.

Lm=0.25 mm Lm=0.5 mm Lm=1.25 mm

Tmax.(Vc=900) || Tmax.(Vc=300) Tmax.(Vc=900) Tmax.(Vc=300) Tmax.(Vc=900) | | Tmax.(Vc=300)
1264 K 910 K 1276 K 1078 K 1362 K 1174 K

o<

Tmax.(Vc=50) Tmax.(Vc=50) Tmax.(Vc=50)
887 K 974 K 1045 K
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Fig. 96 Variacion de la posicion del punto de temperatura maxima de la herramienta del modelo para profundidad de
corte de 0.50 velocidades de 50, 300 y 900 m/min en las longitudes de 0.25 mm (1/4 de longitud), 0.50 mm (1/2 de longitud)
y 1.25 mm (2/3 de longitud)

En la Fig. 96 se muestra la evolucion de la localizacion del punto de méxima temperatura en
funcion de la velocidad de corte en tres diferentes instantes de la simulacion

correspondientes 1/3, 1/2 y 2/3 de la longitud de mecanizado aproximadamente.

En los primeros instantes de mecanizado (longitud mecanizada = 0,25 mm), debido a la
geometria de la herramienta (y su dngulo de incidencia A = 6 °), el primer contacto se produce
en la parte derecha de la herramienta (mirando desde la parte frontal de la herramienta),
provocando que la temperatura de esa la zona aumente. Segiin avanza el mecanizado (0,5
mm), las coordenadas del punto caliente se mueven hacia la parte izquierda sobre el filo de
la herramienta de corte, donde el volumen de material eliminado es mayor y, por tanto, se

generan mayores cantidades de calor por deformaciones plasticas del material.

Desde una longitud mecanizada = 0,5 mm hasta 1,25 mm, no se observa ninguna variacion
significativa de la posicion del punto de maxima temperatura, por lo que se puede inferir que
el estado estacionario térmico se alcanzaria a partir de una longitud mecanizada dada de 0.5

mm.
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3.4.1.6. Conclusiones del modelo 3D no ortogonal (p=0.50 mm)

En estas secciones se han desarrollado y explicado las bases de un modelo tridimensional de
mecanizado orientado a procesos realistas de acabado, concretamente para la superaleacion
Inconel® 718. La dificultad de desarrollar un modelo tridimensional de este tipo estriba,
sobre todo, en encontrar un equilibrio entre el tiempo de céalculo y la precision de los

resultados.

Este tipo de procesos industriales se caracterizan por el pequefio volumen y complejidad de
la viruta producida (es decir, valores reducidos de profundidad y avance), lo que implica el
uso de elementos muy pequenios para discretizar el modelo y el coste computacional

inherente a ello.

La seleccion de un criterio de dafio por cortadura simple maximo ha demostrado ofrecer una
buena correlacion entre los resultados del modelo y los resultados obtenidos

experimentalmente en términos de fuerzas de corte. En general se puede concluir que:

o El tamafio de los elementos en la zona de corte debe estudiarse claramente en funcion
de del avance, a, y la profundidad de corte, p. Se ha demostrado que los tres
componentes de las fuerzas de corte convergieron a partir de un tamafio de elementos
de 15 pum (para el corte considerado condiciones a=0,15 mm/rev y p = 0,50 mm). Es
mas, un tamafio de malla fino permite observar la localizacion de la deformacion en

la viruta.

. Los valores de los parametros de dafio implementados en la viruta afectan tanto a los
resultados globales (fuerzas de corte y morfologia de la viruta) como a los locales
(deformaciones plasticas, velocidad de deformacion y distribucion de temperatura).
Se determind que un valor para el criterio de dafio a cortadura de la viruta de 4 se
obtuvieron predicciones numéricas de fuerzas de corte muy cercanas a las

experimentales.

o Las predicciones numéricas de las fuerzas de corte, radiales y de avance muestran
una muy buena correlacion con las mediciones experimentales, siendo el error

relativo medio entre las fuerzas numéricas y experimentales de alrededor del 2%
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considerando una velocidad de corte Vc = 300 m/min. Para este caso, las

desviaciones relativas de las fuerzas de corte, radial y avance son respectivamente

2,2%, 0,88% y 3,1%.

o La temperatura maxima en la interfaz herramienta — viruta se ve muy afectada por el
criterio de eliminacién a cortadura. Este criterio de dafio en la viruta para valores
entre 3 y 6, induce un aumento de temperatura maxima en torno a 500 K en la viruta.
Para estudiar el desgaste de la herramienta por difusion, es muy importante definir la

influencia de este criterio.

. Como era de esperar, la distribucion de temperatura en la cara de incidencia de la
herramienta se ve drasticamente afectada por la velocidad de corte. La variacion de
la temperatura para velocidades entre Vc=50 y Vc=300 m/min pueden llegar a 240
K a lo largo del borde de la herramienta. Ademas, para las condiciones de corte
consideradas y la misma longitud mecanizada, la posicion del punto caliente (zona

de maxima temperatura local) no se ve afectado por la velocidad de corte.
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3.5. Modelo de mecanizado 3D no ortogonal. Profundidad de 0.25 mm

Una vez establecidas las bases para el desarrollo y el analisis de un modelo tridimensional
de mecanizado de acabo para corte no ortogonal se procedera en esta seccion, como en la
siguiente (Seccion 0), a aplicarlo sobre un modelo con condiciones distintas. En este caso se

estudiara el caso para una profundidad de 0.25 mm.

3.5.1. Resultados
3.5.1.1. Analisis de sensibilidad de malla

Tal como se mostrd en la Fig. 75, la variacion en la profundidad de corte conlleva una
variacion en la geometria. Esto lleva a la necesidad de un analisis de sensibilidad de malla.
En la Fig. 97 se muestra en analisis de sensibilidad de malla para una profundidad de corte

de 0.25 considerando una velocidad de corte constante de 300 m/min.

200 & Fc (Num.) mFr (Num.) mFa (Num.)
180

160
140
120
100
80
60
40
20
0
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e e e e e e

B |

80 50 30 15 10
Velocidad de corte (m/min)

Fig. 97 Efecto del tamaiio de los elementos de la malla sobre las diferentes fuerzas de corte para el modelo tridimensional

con profundidad de corte de 0.25 mm (V.=300 m/min y gﬁiir. =4).

A la muestra de los resultados, en cuanto a fuerzas de corte, avance y radial, se refiere, se
observa una estabilidad de los resultados a partir de un tamafio de malla de 30 pm. Si bien
para la obtencion de estos pardmetros un tamafio de malla de 30 um seria suficiente, como
se vera mas adelante, se requiere un tamafio de 10 um para obtener buenos resultados sobre

la morfologia de viruta.
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En términos de costes computacionales, la Fig. 98 muestra el tiempo de calculo requerido

para el modelo de corte ortogonal para tamafos de malla entre 100 y 10 um.

400 —
350
300

N
n
o

Tiempo (h)
N
o
o

150
100
50
0 —_— — 1
100 80 50 30 15 10

Tamano de malla (um)

Fig. 98 Tiempos de cdlculo en horas segun los tamaiios de elemento de malla para el modelo tridimensional de corte no

ortogonal de profundidad 0.25 mm.

A tenor de los resultados respecto a los tiempos de calculo se puede observar que con un
tamafio de elemento de malla de 10 um se alcanzan las 400 horas de célculo (17 dias

completos).

A pesar del coste computacional de emplear una malla de 10 pm, como se verd, sera
necesario emplear este tamafio debido a que influye decisivamente en las deformaciones vy,
por tanto, en los resultados asociados a ellas como son la deformacion maxima, la velocidad

de la deformacion y las temperaturas debido al contacto en la interfaz herramienta — viruta.
3.5.1.2. Analisis de la morfologia de la viruta y sus variables locales

Tal como se adelantd en la seccidon anterior, la morfologia de la viruta se ve claramente
afectada por el tamafio de malla empleado. En la Fig. 99 se muestra claramente el efecto
para los casos de tamafio de malla de 100, 50, 15 y 10 um considerando una velocidad de
corte constante de 300 m/min. En dicha figura se muestra el fotograma en la distancia de

corte de 1.25 mm.
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Fig. 99 Morfologia de la viruta segun el tamaiio de elemento de malla para una profundidad de 0.25mm y una longitud

mecanizada de 1.25 mm.

Atendiendo a la morfologia de la viruta obtenida en la Fig. 99, se observa una clara diferencia
entre un tamano de malla de 50 um, donde la viruta tiende a arrugarse sobre la cara de
deslizamiento de la herramienta, y un tamafo de malla de 15 pm, donde la viruta tiende a

deslizar sobre la herramienta, tal como tiende a hacer en procesos reales.

Por otro lado, aunque la diferencia es mas leve entre los tamafios de mallade 10y 15 pm se
observa una clara diferencia en la morfologia. En este sentido, la malla mas precisa de 10
um produce una viruta claramente mas delgada, lo que influird en la cantidad de calor que
la viruta puede transferir a la herramienta y, por tanto, en el posible campo de temperatura

producida sobre la herramienta.

A lo largo del camino definido en la Fig. 86 se han determinado las variables locales para
cada nodo de lamalla. Aligual que en el caso de una profundidad de mecanizado de 0.50mm
En las Fig. 100, Fig. 101 y la Fig. 102 se muestran los resultados numéricos locales de la
deformacion plastica, la velocidad de deformacion y la temperatura en la viruta para

diferentes tamafios de malla.
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Se observa, el mismo comportamiento que en el caso de profundidad de 0.50 mm, habiendo
una gran diferencia entre los calculos realizados con tamafos de elemento més fino (10 y 15
um) y las realizadas con elementos mayores (50 y 100 um). De hecho, para tamafnos de
elementos de 50 y 100 um, la deformacion pléstica oscila entre 1.5 y 3 a lo largo del camino,

mientras que la deformacion plastica promedio alcanza un valor de 4 con los elementos mas

—_—

finos.
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Fig. 100 Valores locales de la deformacion plastica equivalente para tamaiios de elemento de 10, 15, 50 y 100 um para

una profundidad de corte de 0.25 mm a lo largo de toda la longitud normalizada de la trayectoria para una Ve=300 m/min,

una longitud mecanizada de 1.25 mm y S_ﬁf]ir_ =4

En términos de velocidad de deformacion, mostrados en la Fig. 101, los calculos realizados
con los elementos mayores presentan valores claramente subestimados, que,
comparativamente con las mallas de 10 y 15 pm, son practicamente despreciables. Para los
tamafios de 10 y 15 pm, varia entre 16000 y 160000 s'. Estas variaciones afectan
directamente el nivel de tension del material a través de la ley constitutiva y, por tanto, a las

fuerzas de corte globales.
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Fig. 101 Valores locales de la velocidad de deformacion para tamarnios de elemento de 10, 15, 50 y 100 um para una

profundidad de corte de 0.25 mm a lo largo de toda la longitud normalizada de la trayectoria para una Ve=300 m/min,

una longitud mecanizada de 1.25 mm y S_ﬁiir_ =4

En cuanto a la distribucion de temperatura en el material mecanizado a lo largo de la
trayectoria, una malla fina presenta temperaturas que alcanzan valores entre 500 y 1300 K,
mientras que el valor de la temperatura promedio disminuye a 400 — 800 K para tamafios de

malla mayores.
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Fig. 102 Valores locales de la temperatura para tamarios de elemento de 10, 15, 50 y 100 um para una profundidad de

corte de 0.25 mm a lo largo de toda la longitud normalizada de la trayectoria para una Ve=300 m/min, una longitud

1
vir.

mecanizada de 1.25 mm y 5}’_ =4

En general se puede ver que los valores de malla finos muestran valores similares en las
cuanto a las variables locales e incluso, tal como se mostrd en la seccion 3.5.1.1, los
resultados en fuerzas de corte son similares. Solamente se observan diferencias sustanciales

entre las mallas finas en la morfologia de viruta (Fig. 99), por lo que, para mantener mas
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adelante un mapa de temperaturas preciso en la herramienta, se empleard una malla de 10

pm.
3.5.1.3. Validacion del modelo

De la misma manera que en el caso anterior, el modelo de corte no ortogonal para
profundidad de 0.25 mm se validara a partir de los ensayos experimentales de V. Mufioz et
al. [116] y J.L. Cantero et al. [124]. En la Fig. 103 se muestra la comparativa entre los
resultados numéricos del modelo y los datos experimentales para velocidades entre los 50 a

los 900 m/min para las fuerzas de corte, avance y radial.
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Fig. 103 Comparativa de los resultados del modelo numérico para profundidad de corte 0.25 mm y avance de 0.15 mm

con respecto a los resultados experimentales obtenidos por V. Muiioz et al. [116].

Se puede comprobar como la velocidad de corte tiene influencia sobre las fuerzas,
disminuyendo éstas hasta un minimo a partir de velocidades superiores a 300 m/min [8], [9],
[35], [75], [102], [127], [141]. Se observa que, mientras que en las fuerzas de avance tanto
la tendencia como las fuerzas son muy similares a las experimentales, en las fuerzas de corte
y radial si que existe cierta diferencia en la tendencia (aunque en ambos casos disminuye

con el aumento de la velocidad de corte) y con las fuerzas experimentales.

En este sentido, las variaciones medias calculadas entre los datos experimentales y
numéricos son, respectivamente, 9.93%, 8.47% y 4.17% para las fuerzas de corte, radial y
avance respectivamente. Cabe sefialar que los ensayos experimentales existe cierta
dispersion en el caso de las fuerzas de corte y radial, cayendo las fuerzas obtenidas por el

modelo dentro de los limites de las fuerzas obtenidas experimentalmente.
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3.5.1.4. Campo de temperaturas en la herramienta

Como en cualquier mecanizado, el calentamiento de la viruta tiene sus dos contribuciones
principales: la deformacion pléstica en la zona de corte primaria y el contacto en la interfaz

herramienta — viruta, cuyo origen ya se explico en la seccion 3.4.1.5.

En la Fig. 104 se presentan los resultados numéricos de la distribucion de la temperatura en
la cara de desprendimiento de la herramienta para distintas velocidades de corte (Ve = 50,
300 y 900 m/min). Resultados que permiten estudiar tanto la velocidad como la zona de

mayor desgaste de la herramienta.

Como en el caso de profundidad de 0.50 mm y como es logico, la mayor velocidad de corte
induce, a parte de un aumento de temperatura media y maxima sobre la herramienta, un

aumento del area afectada por las temperaturas mas altas.

> 1000 K
1000 - 650 K]
650 — 450 K
V=50 m/min V=300 m/min V=900 m/min <450 K
dmax = 0.176 mm dmax = 0.257 mm dmax = 0.317 mm

Tmax. = 1036 K Tmax. = 1437 K Tmax. = 1650 K

Tav. = 826 K Tav. = 1101 K Tav. = 1218 K

Tav. = 876 K Tav. =887 K

Fig. 104 Mapa de temperatura de la herramienta del modelo para profundidad de corte de 0.25 mm y avance de 0.15 mm
para velocidades de 50, 300y 900 m/min en 2/3 de la longitud de corte simulada.

Para Vc=50 m/min, la cara de inclinacion de la herramienta muestra una zona

moderadamente afectada, siendo la temperatura media en esta zona de 827 K (representada
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en amarillo en la Fig. 104) y alcanzando una distancia méaxima de 0.176 mm desde el filo.
Al aumentar la velocidad de corte a Vc=300 m/min, se amplia la zona moderadamente
afectada, alcanzando una distancia maxima desde el filo de la herramienta de 0,257 mm y
empieza a aparecer una zona fuertemente afectada por la temperatura (representada en rojo
en la Fig. 104). Esta zona altamente afectada alcanza temperaturas locales superiores a los
1000 K. Para una velocidad de corte de Vc = 900 m/min, la zona moderadamente afectada
se extiende mas aun, alcanzando los 0.317 mm desde el filo de la herramienta, y su
temperatura promedio se mantinene aproximadamente constante en los 887 K, similar a
velocidades mas b ajas. Para esta velocidad de corte, el area roja se extiende y la temperatura

promedio en la zona alcanza los 1218 K.

En la Fig. 106 se muestra la evolucion de la localizacion del punto de maxima temperatura
en funcion de la velocidad de corte en tres diferentes instantes de la simulacion
correspondientes 1/3, 1/2 y 2/3 de la longitud de mecanizado aproximadamente para una

velocidad de corte de 50, 300 y 900 m/min.

Lm=0.25 mm Lm=0.5 mm Lm=1.25 mm

Tmax.(Ve=900) || Tmax.(Vc=300) Tmax.(Vc=900) || Tmax.(Vc=300) Tmax.(Vc=900) | | Tmax.(Vc=300)
1337 K 1170 K 1500 K 1337 K 1560 K 1390K

Tmax.(Vc=50) Tmax (Vo=50) | Tmax.(Vc=50)
971K 980 K 992 K

Fig. 105 Variacion de la posicion del punto de temperatura maxima de la herramienta del modelo para profundidad de
corte de 0.25 y velocidades de 50, 300 y 900 m/min en las longitudes de 0.25 mm (1/4 de longitud), 0.50 mm (1/2 de
longitud) y 1.25 mm (2/3 de longitud)

Dado que las condiciones de corte son idénticas al caso de la profundidad de 0.50 mm (salvo

por la profunidad), en los primeros instantes del mecanizado (longitud mecanizada = 0,25

155



Modelizacion numérica bidimensional y tridimensional aplicado al Universidad

mecanizado de aleaciones aeronduticas. ucdm | Carlos Il
de Madrid

Héctor Lopez-Galvez Mufioz. Dpto. Ingenieria Mecanica

mm), debido a la geometria de la herramienta (y su dngulo de incidencia A = 6 °), el primer
contacto se produce en la parte derecha de la herramienta (mirando desde la parte frontal de
la herramienta), provocando que la temperatura de esa la zona aumente antes que en el resto
de la herramienta. Seglin avanza el mecanizado (0,5 mm), las coordenadas del punto caliente
se mueven hacia la parte izquierda sobre el filo de la herramienta de corte, donde el volumen
de material eliminado es mayor y, por tanto, se generan mayores cantidades de calor por

deformaciones plasticas del material.

Como en el caso anterior, desde una longitud mecanizada de 0.50 mm hasta 1,25 mm, no se
observa ninguna variacion significativa de la posicion del punto de maxima temperatura, por
lo que se puede inferir que el estado estacionario térmico se alcanzaria a partir de una

longitud mecanizada dada de 0.5 mm.

Cabe senalar que el punto de maxima temperatura cuando alcanza su estado estacionario es
similar al del caso de profunidad de 0.50, por lo que se puede deducir que ese punto es el de
maximo esfuerzo (en cuanto a temperaturas y desgaste) de la herramienta con la

configuracion seleccionada indistintamente de la profundidad de corte
3.5.1.5. Conclusiones del modelo 3D no ortogonal (p=0.25 mm)

A continuacion se pasan a detallar las conclusiones del modelo de corte no ortogonal para el

caso de profundidad de 0.25 mm.

o Se ha demostrado que los tres componentes de las fuerzas de corte convergieron a
partir de un tamafio de elementos de 15 pum. Sin embargo, para obtener una
morfologia de viruta suficientemente precisa es preciso alcanzar un tamafio de malla

de 10 um.

o Las predicciones numéricas de las fuerzas de corte, radiales y de avance muestran
una correlacion razonable con las mediciones experimentales, siendo el error relativo
medio entre las fuerzas numéricas y experimentales de alrededor del 7.5%. Siendo
las desviaciones relativas de las fuerzas de corte, radial y avance son respectivamente

9.93%, 8.47% y 4.17%.

. Como era esperable, la distribucion de temperatura en la cara de incidencia de la

herramienta se ve drasticamente afectada por la velocidad de corte. La variacion de
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la temperatura para velocidades entre Vc=50 y Vc=300 m/min pueden llegar a los
398 K a lo largo del borde de la herramienta y a variar 160 K entre los 300 y los 900
m/min (llegando al limite de temperatura que alcanza la herramienta). Cabe afiadir
que, para estas condiciones de corte y misma longitud mecanizada consideradas, la
posicion del punto caliente cuando se alcanza el estado estacionario (zona de méxima

temperatura local) no se ve afectado por la velocidad de corte.
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3.6. Modelo de mecanizado 3D no ortogonal. Profundidad de 0.15 mm

Una vez establecidas las bases para el desarrollo y el analisis de un modelo tridimensional
de mecanizado de acabo para corte no ortogonal en la seccidon 3.4 y aplicada variando la
profundidad de corte a 0.25 en la seccion 3.5, en esta seccidn se procedera a aplicarlo sobre

una profundidad de 0.15.
3.6.1. Resultados
3.6.1.1. Analisis de sensibilidad de malla

En este tercer caso, la geometria se adapto a las nuevas condiciones de profundidad tal como
se mostrd en la Fig. 75. Como en el resto de casos, variar la geometria del modelo conlleva
la necesidad de un anélisis de sensibilidad de malla. En la Fig. 106 se muestra en analisis de
sensibilidad de malla para una profundidad de corte de 0.15 considerando una velocidad de

corte constante de 300 m/min.

BFc (Num.) mFr (Num.) dFa (Num.)
140

120
100

80

Forces (N)

60

40

20

50 30 15 10
Cutting speed (m/min)

Fig. 106 Efecto del tamario de los elementos de la malla sobre las diferentes fuerzas de corte para el modelo tridimensional

con profundidad de corte de 0.15 mm (Vo=300 m/min y s_]ff;ir. =4).

Observando los resultados, en cuanto a fuerzas de corte, avance y radial se refiere, se observa
una estabilidad de los resultados a partir de un tamano de malla de 15 um. Si bien para la

obtencion de estos parametros un tamafio de malla de 15 um seria suficiente, como se vera
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mas adelante, se requiere un tamano de 10 um para obtener buenos resultados sobre la

morfologia de viruta, igual que ocurria en el caso para la profundidad de 0.25 mm.

En términos de costes computacionales, la Fig. 107 muestra el tiempo de calculo requerido

para el modelo de corte ortogonal para tamafos de malla entre 100 y 10 pm.

60

100 80 50 30 15 10
Cutting speed (m/min)

Fig. 107 Tiempos de calculo en horas segun los tamaiios de elemento de malla para el modelo tridimensional de corte no

ortogonal para profundidad de 0.15 mm

Observando los resultados respecto a los tiempos de célculo se obtiene que con un tamafio

de elemento de malla de 10 um se alcanzan las 57 horas de calculo (2 dias y 9 horas).

A pesar del coste computacional de emplear una malla de 10 um, como se vera, sera
necesario emplear este tamano debido a que influye claramente en las deformaciones y, por
consiguiente, en los resultados asociados a ellas como son la deformacion maxima, la
velocidad de la deformacion y las temperaturas debido al contacto en la interfaz herramienta

— viruta, tal como ocurria con el modelo con profundidad de 0.25 mm.
3.6.1.2. Analisis de la morfologia de la viruta y sus variables locales

Al igual que en la seccion anterior, donde se estudia el modelo para la profundidad de 0.25
mm, la morfologia de la viruta se ve especialmente afectada por el tamafio de malla del

modelo. En la Fig. 108 se muestra el efecto para de tamafio de malla de 100, 50, 15y 10 um
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considerando una velocidad de corte constante de 300 m/min. En dicha figura se muestra el

fotograma en la distancia de corte de 1.25 mm.

Mesh global size = 10 pm Mesh global size = 15 um

PEEQ

(Avg: 75%)
+6.114e+00
+2.300e+00
+2.108e+00
+1.917e+00
+1.725e+00
+1.533e+00
+1.342e+00
+1.150e+00
+9.583e-01
+7.667e-01
+5.750e-01
+3.833e-01
+1.917e-01
+0.000e+00

Fig. 108 Morfologia de la viruta segun el tamario de elemento de malla para una profundidad de 0.15mm y una longitud

mecanizada de 1.25 mm.

Atendiendo a la morfologia de la viruta mostrada en la Fig. 108, se puede observar una clara
diferencia entre un tamafio de malla de 50 um, donde la viruta tiende a arrugarse sobre la
cara de deslizamiento de la herramienta, y un tamafio de malla de 15 um, donde la viruta
empieza a deslizar sobre la herramienta, similar al caso de la profundidad de 0.25 mm. Esta
diferencia en la morfologia es también patente entre los tamafios de malla de 15 y 10 um,
siendo en el caso de la malla més fina la mas fiel al proceso real simulado. También es visible

el efecto del tamafio de malla sobre la superficie mecanizada.

Es evidente que la malla més precisa de 10 um produce una viruta claramente mas esbelta.
Esto influird en la cantidad de calor que la viruta puede transferir a la herramienta y, por
tanto, en el campo de temperaturas producido sobre la herramienta y que se evaluara en

secciones posteriores.
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A continuacioén se muestran los resultados de las variables locales a lo largo del camino
definido en la Fig. 86 para cada tamafio de malla estudiado. Al igual que en los casos para
una profundidad de mecanizado de 0.50 y 0.25 mm, en las Fig. 109, Fig. 110 y Fig. 111 se
muestran los resultados numéricos locales de la deformacion pléstica, la velocidad de

deformacion y la temperatura en la viruta.

Se observa, un comportamiento similar al obtenido en el caso de profundidad de 0.50 mm y
0.25 mm. Como en estos casos, se observa una gran diferencia entre los calculos realizados
con tamanos de elemento mas fino (10 y 15 pm) y las realizadas con elementos mayores (50
y 100 pm). De hecho, para tamaiios de elementos de 50 y 100 um, la deformacion plastica
oscila entre 1 y 3 a lo largo del camino, mientras que la deformacién plastica promedio

alcanza un valor de 3.5 con los elementos mas finos.

»

Element size (um)
—e— 10

-—ir==15
— ¥ =50
- m= 100

RN
/

Def. plastica Equivalente
N w B ()]

o

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
Longitud normalizada (8)

Fig. 109 Valores locales de la deformacion plastica equivalente para tamarios de elemento de 10, 15, 50 y 100 um para

una profundidad de corte de 0.15 mm a lo largo de toda la longitud normalizada de la trayectoria para una Ve=300 m/min,

una longitud mecanizada de 1.25 mm y e_ﬁiir_ =4

En términos de velocidad de deformacién, cuyos resultados locales se muestran en la Fig.
110, los célculos mostrados por el modelo con los elementos mayores presentan valores
relativamente subestimados comparados con las mallas de 10 y 15 pm. A diferencia de los
dos casos anteriores, donde las mallas de 50 y 100 um da resultados practicamente
despreciables, en este caso los resultados se aproximan a las mallas finas en algunas zonas.
Entre la malla de 10 y 15 pm la mayor diferencia se muestra en el inicio del recorrido, cerca
del filo. En este caso en, la velocidad de deformacion en el inicio de la longitud normalizada
es de casi 120000 s™! para una malla de 10 um y de menos de 30000 para una malla de 15
um. En la longitud global la velocidad de deformacién varia entre 20000 y 120000 s™'. Como
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ya se indicé en los casos anteriores, estas variaciones afectan directamente el nivel de tension

del material a través de la ley constitutiva y, por tanto, a las fuerzas de corte globales.

S 140000

X

g 120000 Element size (um)
: 100000 —_—— 10
é 80000 T
2 60000 — W —5[
©

3 40000 - m— 100
S 20000

()

> 0 T T T 1

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
Longitud normalizada (3)

Fig. 110 Valores locales de la velocidad de deformacion para tamarios de elemento de 10, 15, 50 y 100 um para una

profundidad de corte de 0.15 mm a lo largo de toda la longitud normalizada de la trayectoria para una Ve=300 m/min,

una longitud mecanizada de 1.25 mm y 5}’_2”-1,_ =4

Sobre la distribucion de temperatura en el material mecanizado a lo largo de la trayectoria,
una malla fina presenta temperaturas que alcanzan valores entre 400 y 1400 K, siendo su
valor promedio de aproximadamente 1100 K mientras que el valor de la temperatura

promedio disminuye a 800 K para tamafios de malla mayores.

1600
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S 1200 fo T *7/ : Element size (um)
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8 600 %% g ,
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B o400 L T A — = 1%
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0 T T T T 1
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Fig. 111 Valores locales de la temperatura para tamarios de elemento de 10, 15, 50 y 100 um para una profundidad de

corte de 0.15 mm a lo largo de toda la longitud normalizada de la trayectoria para una Ve=300 m/min, una longitud

mecanizada de 1.25 mm y e_ﬁiir_ =4

En general se puede ver que los valores de malla finos muestran valores similares en las
cuanto a las variables locales e incluso, tal como se mostrd en la seccién 3.6.1.1, los

resultados en fuerzas de corte son similares. Solamente se observan diferencias sustanciales
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entre las mallas finas en la morfologia de viruta (Fig. 108), por lo que, para mantener mas
adelante un mapa de temperaturas preciso en la herramienta, se empleara una malla de 10

pm.
3.6.1.3. Validacion del modelo

De la misma manera que en los caso anterior, el modelo de corte no ortogonal para
profundidad de 0.15 mm se validara a partir de los ensayos experimentales de V. Mufioz et
al. [116] y J.L. Cantero et al. [124]. En la Fig. 112 se muestra la comparativa entre los
resultados numéricos del modelo y los datos experimentales para velocidades entre los 50 a

los 900 m/min para las fuerzas de corte, avance y radial.
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Velocidad de corte (m/min)

Fig. 112 Comparativa de los resultados del modelo numérico para profundidad de corte 0.25 mm con respecto a los

resultados experimentales obtenidos por V. Murioz et al. [116].

Como en todos los casos de mecanizado, se observa como la velocidad de corte tiene
influencia sobre las fuerzas, disminuyendo éstas hasta un minimo a partir de velocidades
superiores a 300 m/min [8], [9], [35], [75], [102], [127], [141]. Se observan resultados muy
similares al caso de profundidad de 0.25 mm, donde la tendencia como las fuerzas son muy
similares a las experimentales en cuanto a las fuerzas de avance. En las fuerzas de corte y
radial si que existe cierta diferencia en la tendencia (aunque en ambos casos disminuye con

el aumento de la velocidad de corte) y con las fuerzas experimentales.

En este sentido, las variaciones medias calculadas entre los datos experimentales y
numéricos son, respectivamente, 8.47%, 9.19% y 6.04% para las fuerzas de corte, radial y

avance respectivamente. Cabe sefialar que en los ensayos experimentales existe cierta
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dispersion en el caso de las fuerzas de corte y radial, cayendo las fuerzas obtenidas por el

modelo dentro de los limites de las fuerzas obtenidas experimentalmente.
3.6.1.4. Campo de temperaturas en la herramienta

A continuacion se presentan los resultados de la distribucion y evolucion de la temperatura
en la herramienta de corte durante el proceso de mecanizado. En la Fig. 113 se presentan los
resultados de la distribucion de la temperatura en la cara de desprendimiento de la
herramienta para distintas velocidades de corte (Vc = 50, 300 y 900 m/min). Resultados que
permiten estudiar el efecto de la velocidad de corte como la zona mas afectada por el proceso
y con mas predisposicion al desgaste de la herramienta. Como en los casos anteiores y como
es logico, a mayor velocidad de corte mayor temperatura media y maxima sobre la

herramienta y un aumento del area afectada por las temperaturas mas altas.

> 1000 K
1000 -650 K
650 — 450 K
V=50 m/min V=300 m/min V=900 m/min <450 K
dmax = 0.139 mm dmax = 0.187 mm dmax = 0.210 mm

Tmax. = 978 K Tmax. = 1301 K Tmax. = 1490 K
Tav. =636 K Tav. = 1104 K Tav. = 1147 K
Tav. =881 K Tav. =878 K

Fig. 113 Mapa de temperatura de la herramienta del modelo para profundidad de corte de 0.15 mm y avance de 0.15 mm
para velocidades de 50, 300 y 900 m/min en 2/3 de la longitud de corte simulada.

Para Vc=50 m/min, la cara de inclinaciéon de la herramienta muestra una zona
moderadamente afectada, siendo la temperatura media en esta zona de 836 K (representada

en amarillo en la Fig. 113) y alcanzando una distancia méxima de 0.139 mm desde el filo.
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Al aumentar la velocidad de corte a Vc=300 m/min, se amplia la zona moderadamente
afectada, alcanzando una distancia méxima desde el filo de la herramienta de 0.187 mm y
empieza a aparecer una zona fuertemente afectada por la temperatura (representada en rojo
en la Fig. 113). Esta zona altamente afectada alcanza temperaturas locales superiores a los

1000 K.

Para una velocidad de corte de Ve =900 m/min, la zona moderadamente afectada se extiende
hasta alcanzar los 0.210 mm desde el filo de la herramienta, y su temperatura promedio se
mantinene aproximadamente constante con respecto a la velocidad de corte de 300 m/min
en los 880 K. Para esta velocidad de corte, el 4rea roja se extiende y la temperatura promedio

en la zona alcanza los 1147 K.

En la Fig. 114 se muestra la evolucion de la localizacion del punto de maxima temperatura
en funcion de la velocidad de corte en tres diferentes instantes correspondientes a 1/3, 1/2
v 2/3 de la longitud de mecanizado aproximadamente para una velocidad de corte de 50,

300y 900 m/min.

Lm=0.25 mm

Lm=0.5 mm

Lm=1.25 mm

Tmax.(Vc=900)
1359 K

Tmax.(Vc=300)
1177 K

Tmax.(Vc=900)
1387 K

Tmax.(Vc=300)
1230 K

Tmax.(Vc=900)
1490 K

Tmax.(Vc=300)
1301 K

Tmax.(Vc=50)
806 K

Tmax.(Vc=50)
948 K

Tmax.(Vc=50)
975K

Fig. 114 Variacion de la posicion del punto de temperatura maxima de la herramienta del modelo para profundidad de
corte de 0.15 y velocidades de 50, 300 y 900 m/min en las longitudes de 0.25 mm (1/4 de longitud), 0.50 mm (1/2 de
longitud) y 1.25 mm (2/3 de longitud)

Dado que las condiciones de corte son idénticas al caso de la profundidad de 0.50 y 0.25 mm
(salvo por la profunidad), en los primeros instantes del mecanizado (longitud mecanizada =
0.25 mm), debido a la geometria de la herramienta (y su angulo de incidencia A = 6 °), el

primer contacto se produce en la parte derecha de la herramienta (mirando desde la parte
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frontal de la herramienta), provocando que la temperatura de esa la zona aumente antes que
en el resto de la herramienta. Seglin avanza el mecanizado (0.50 mm), las coordenadas del
punto caliente se mueven hacia la parte izquierda sobre el filo de la herramienta de corte a
excepcion del caso para velocidad de corte de 900 m/min. En los casos de 50 y 300 m/m el
punto de maxima temperatura coincide con la zona de mayor volumen de material eliminado,
mientras que para el caso de 900 m/min se desplaza al extremo derecho, donde la viruta es
mas fina. Esta evolucion del punto caliente indica que para los casos de 50 y 300 m/min la
generacion de calor predominante es la deformacion plastica del material, mientras que a
velocidades altas como 900 m/min y debido a una viruta demasiado fina, como es el caso, la
generacion de calor predominante es la que se produce por la friccion entre viruta —
herramienta dado que es esa zona donde las velocidades de deformacion son mayores tal

como se observa en la Fig. 115.

-
N

-
o

Velocidad de Def. (1/s)x10%

Longitud normalizada (5)

Fig. 115 Velocidad de deformacion de la viruta en el recorrido transversal coincidente con el filo para una profundidad

de 0.15 mm y velocidad de corte de 900 m/min.

Como en los casos anteriores, desde una longitud mecanizada de 0.50 mm hasta 1,25 mm,
no se observa ninguna variacion significativa de la posicion del punto de méxima
temperatura, por lo que se puede inferir que el estado estacionario térmico se alcanzaria a

partir de una longitud mecanizada dada de 0.50 mm.
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Cabe sefialar que a diferencia de los casos anteriores el punto de maxima temperatura cuando
alcanza su estado estacionario es diferenente para muy altas velocidades de corte (900
m/min) debido al menor volumen de viruta evacuado durante el corte, mientras que es similar
para velocidades de corte bajas y medias—altas (50 y 300 /min) al del caso de profunidad de
0.50 y 0.25 mm, por lo que se puede deducir que ese punto es el de maximo esfuerzo (en
cuanto a temperaturas y desgaste) de la herramienta con la configuracion seleccionada
indistintamente de la profundidad de corte en condiciones que no sean de muy altas

velocidades de corte.
3.6.1.5. Conclusiones del modelo 3D no ortogonal (p=0.15 mm)

Las conclusiones obtenidas del modelo para profundidad de 0.15 mm se resumen en los

siguientes puntos:

. Se obtuvo que los tres componentes de las fuerzas de corte convergen a partir de un
tamafio de los elementos de 15 um. Sin embargo, para obtener una morfologia de

viruta suficientemente precisa es preciso alcanzar un tamafio de malla de 10 pum.

e Las predicciones numéricas de las fuerzas de corte, radiales y de avance muestran
una correlacion razonable con las mediciones experimentales, siendo el error relativo
medio entre las fuerzas numéricas y experimentales de alrededor del 7.6%. Siendo
las desviaciones relativas de las fuerzas de corte, radial y avance de 9.55%, 9.38% y

3.91% respectivamente.

. Como era esperable, la distribucion de temperatura en la cara de incidencia de la
herramienta se ve claramente afectada por la velocidad de corte. La variacion de la
temperatura para velocidades entre Vc=50 y Vc=300 m/min pueden llegar a los 323
K a lo largo del borde de la herramienta y a variar 189 K entre los 300 y los 900

m/min (llegando al limite de temperatura que alcanza la herramienta).

. En cuanto al punto de maxima temperatura, cabe sefialar que mientras que para
velocidades de 50 y 300 m/min se mantiene la misma tendencia en cuanto a la
posicion con respecto a los casos anteriores, para muy altas velocidades (900 m/min)

el punto de maxima temperatura se posiciona en el extremo exterior del mecanizado
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(Fig. 115). En este caso se lo observa que las aportaciones de calor debido a la

friccion predominan sobre las deformaciones plasticas del material.
3.7. Modelo de mecanizado 3D no ortogonal. Comparativa

En este ultimo capitulo se procedera a comparar los resultados de los tres modelos. En este
sentido se compararan las presiones o fuerzas especificas de corte, la morfologia de la viruta
producida y los campos de temperatura para los modelos de las tres profundidades

estudiadas, a saber: 0.50, 0.25 y 0.15 mm.
3.7.1. Presiones especificas de corte

A continuacidn se procede a presentar la comparativa de las fuerzas especificas de corte,
avance y radial para las tres profundidades de corte estudiadas. La Fig. 116, la Fig. 117 y la
Fig. 118 muestra en conjunto las tendencias de dichas fuerzas presentadas anteriormente, de
tal manera que se pueda analizar el efecto de la variacion de cada una de las fuerzas en

funcién de la profundidad de corte.

La Fig. 116 muestra la variacion de las fuerzas especificas de corte rangos de velocidad de
50 a 900 m/min. Logicamente, una mayor profundidad de corte implica mayores fuerzas
corte. Sin embargo, también observa que mientras las fuerzas de corte entre una profundidad
de 0.25 y 0.50 mm disminuyen considerablemente (en torno a un 32%), para las
profundidades entre 0.15 y 0.25 mm esta disminucion apenas es del 10%. Es evidente que la
variacion de la fuerza de corte no lineal, tal como cabia esperar dado que esta fuerza se ve

afectada principalmente por el volumen de viruta eliminado durante el mecanizado.
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Fig. 116 Fuerzas especificas de corte para profundidades de corte de 0.15, 0.25 y 0.50 mm

Enla Fig. 117 se muestra la evolucion de las fuerzas especificas de avance para el rango de
velocidades de 50 a 900 m/min. En esta figura se puede observar, igual que en el caso
anterior, como la profundidad de corte influye significativamente entre la profundidad de
0.25 y 0.50 mm, produciéndose una disminucion de las fuerzas de aproximadamente el 47%.
Por otro lado, se observa cémo la influencia de la profundidad en la fuerza de avance
disminuye, produciéndose una disminuciéon media de las fuerzas que apenas llegan al 6%.
Cabe recordar que esta fuerza es afectada principalmente por la huella de herramienta sobre
el material y tal como se observa en la Fig. 75, esta huella es muy similar entre las

profundidades de 0.25 y 0.15. No asi en la profundidad de 0.50 mm.
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Fig. 117 Fuerzas especificas de avance para profundidades de corte de 0.15, 0.25 y 0.50 mm

En cuanto a las fuerzas radiales, las cuales se muestran en la Fig. 118, se observa que la
profundidad de corte apenas tiene influencia sobre esta, especialmente a muy altas
velocidades de corte, donde se puede ver que las fuerzas convergen a una asintota de
aproximadamente 150 N. Si bien se puede notar alguna diferencia de las fuerzas en las zonas
de bajas velocidades, en general, la reduccion de las fuerzas entre una profundidad de 0.50

y 0.25 mm es apenas del 2% y menor al 1% entre 0.25 y 0.15 mm.
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Fig. 118 Fuerzas especificas radiales para profundidades de corte de 0.15, 0.25y 0.50 mm
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Por ultimo, en la Fig. 119 se muestra la evolucion de la resultante de las fuerzas. Como en
los casos anteriores, dado que la resultante estd relacionada directamente con las tres
componentes de las fuerzas anteriores, su tendencia es similar, siendo mayor a bajas
velocidades y disminuye hasta un valor constante para muy altas velocidades. Tal como es
de esperar, la resultante es mayor cuanto mayor es la profundidad de corte, influenciada
principalmente por la fuerza especifica de corte. Entre las profundidades de 0.50 y 0.25 mm
las fuerzas disminuyen en torno al 25%, mientras que entre las profundidades de 0.25 a 0.15

mm las fuerzas disminuyen tan solo un 6%.
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Fig. 119 Resultante de las fuerzas para profundidades de corte de 0.15, 0.25 y 0.50 mm
3.7.2. Morfologia de viruta

A continuacién se presenta la variacion de la morfologia de la viruta en funcion de la
profundidad de corte. En la Fig. 120 se observan simultaneamente las virutas a las tres

diferentes profundidades en el mismo instante.

Lo primero que se observa es que a medida que la profundidad disminuye la viruta tiende a
desprenderse de la superficie de deslizamiento de la herramienta antes y, por tanto, tiende a

rizarse antes.

Por otro lado, también se puede observar que a medida que la profundidad disminuye las

bandas de cizallamiento tienden a marcarse mas. En este sentido, en la Fig. 120 para la
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profundidad de 0.15 se observan estas bandas perfectamente marcadas en lineas rojas
horizontales. Esto indica que, como es logico, unas virutas mas estrechas, producidas por
profundidades de corte menores, generan virutas con mas tendencia a la segmentacion. Si
bien no se ha alcanzado este punto de segmentacion de la viruta en el modelo de simulacion,
la tendencia, a tenor de lo que nos muestran las bandas, cabe suponer que para virutas mas

finas llegara un punto en el que dicha viruta pasard a ser segmentada en general.

p=0.15 p=0.25 p=0.50

PEEQ

(Avg: 75%)
+6.114e+00
+2.300e+00
+2.108e+4+00
+1.917e+00
+1.725e+00
+1.533e+00
+1.342e+00
+1.150e+00
+9.583e-01
+7.667e-01
+5.750e-01
+3.833e-01
+1.917e-01
+0.000e+00

Tamaiio de malla = 10 pm Tamafio de malla = 10 um Tamafio de malla = 15 um

Fig. 120 Morfologia de viruta para profundidades de corte de 0.15, 0.25 y 0.50 mm con tamariios de malla de 10 um para
profundidades de 0.15 y 0.25 y de 15 um para profundidad de 0.50 mm y una velocidad de corte constante de 300 m/min

En la Fig. 121 se muestra la seccion de las virutas mostradas en la Fig. 120. Comparando la
seccion de la viruta para los tres casos en el mismo instante se observa mejor el
apelmazamiento de la viruta sobre la herramienta a medida que aumenta la profundidad. En
la imagen de la Fig. 121 para la profundidad de 0.50 se observa una banda de cizallamiento
correspondiente a la banda mas marcada en esta misma profundidad en la Fig. 120 en rojo.
Si bien se observa la aparicion de bandas, ésta no se propagan longitudinalmente a lo ancho
de la viruta, lo que dificulta la aparicion de bandas perfectamente marcadas en la misma
secciéon que permitan medir la distancia entre ellas tal como si ocurre en los modelos

bidimensionales (ver Fig. 31).
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(Avg: 75%)
+6.114e+00
+2.300e+00
+2.108e+00
+1.917e+00
+1.725e+00
+1.533e+00
+1.342e+00
+1.150e+00
+9.583e-01
+7.667e-01

p=0.15 p=0.25 p=0.50

Fig. 121 Vista seccionada de la viruta para profundidades de corte de 0.15, 0.25 y 0.50 mm y una velocidad de corte

constante de 300 m/min en 2/3 de la longitud de mecanizado.

Por otro lado, tomando medidas del ancho de la viruta antes y después de su deformacion
producida por el mecanizado se observa una tendencia interesante. Por un lado, a la
profundidad de 0.15 mm la deformacion de la viruta genera un aumento de su espesor debido
al aplastamiento de ésta sobre la herramienta, tal como ocurria en los modelos
bidimensionales (recordar que se estudiaron casos con profundidades de corte de 0.1 mm).
Mientras que en el caso de 0.25 no se produce ese aumento del espesor y al observar el caso
de 0.50 la viruta no s6lo no se ensancha si no que su espesor disminuye ligeramente. En la
Fig. 122 se puede observar la tendencia de la variacion del espesor de la viruta en funcion

de la profundidad de corte.
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Fig. 122 Variacion de ensanchamiento de la viruta con respecto a la profundidad de la viruta antes del mecanizado segun

las medidas de la Fig. 121.

El espesor de la viruta aumenta un 44% para una profundidad de corte de 0.15, se mantiene
practicamente constante (0% de variacion) para una profundidad de 0.25 y se reduce un 4%

para una profundidad de 0.50.

Esto se debe a la capacidad de la viruta para expandirse lateralmente durante el mecanizado
tal como se observa en la Fig. 123. Este fenomeno de expansion lateral, solo es apreciable
en simulaciones tridimensionales debido a que la deformacion de la viruta no esta limitada

a solo dos ejes,

Fig. 123 Variacion de la proporcion del ensanchamiento de la banda primaria de cizallamiento con respecto a la

profundidad de corte a 2/3 de la longitud de mecanizado total.
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Finalmente, en la Fig. 124 se muestra la evolucion de la formacion de la viruta en los tres
casos de profundidades estudiados a 1/4, 1/2, 3/4 y final de la longitud total de mecanizado.
Se puede apreciar perfectamente el fendmeno de apelmazamiento o separacion dela viruta

de la cara de desprendimiento de la herramienta segun el caso.

Lm=1 Lm=3/4 Lm=1/2 Lm= 1/4

p=0.50

p=0.25

e

Ll

Fig. 124 Vista seccionada de la evolucion de la viruta para profundidades de corte de 0.15, 0.25 y 0.50 mm con tamarios

p=0.15

de malla de 10 um para profundidades de 0.15 y 0.25 y de 15 um para profundidad de 0.50 mm y una velocidad de corte

constante de 300 m/min.

3.7.3. Campo de temperaturas

En el presente apartado se comparard la evolucion del campo de temperaturas sobre la
herramienta de corte durante el proceso de mecanizado. En la Fig. 125, la Fig. 126 y la Fig.
127 se muestran los campos de temperaturas para velocidades de 50, 300 y 900 m/min. En
todos los casos se estudia el mecanizado a 2/3 de la longitud total del proceso al igual que

en la Fig. 95, la Fig. 104 y la Fig. 113.

En la Fig. 125 se muestra el campo de temperaturas sobre la herramienta de corte para una

velocidad de corte de 50 m/min. En ese caso se puede observar que mientras la temperatura
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maxima en todos los casos suele rondar los 1000 K (aunque levemente inferior en el caso de
0.15 m/min), la temperatura media se mantiene constante a 800 K para 0.25 y 0.50 mm de

profundidad y se reduce a 636 K para una profundidad de 0.15.

> 1000 K
V=50 m/min 1000 -650 K
650 — 450 K
<450 K

dmax = 0.139 mm dmax = 0.176 mm dmax = 0.225 mm

Tmax. = 978 K Tmax. = 1036 K Tmax. = 1045 K
Tav. =636 K Tav. = 826 K Tav. = 806 K
p=0.15 p=0.25 p=0.50

Fig. 125 Campo de temperaturas para profundidades de corte de 0.15, 0.25 y 0.50 para una velocidad de corte de 50

m/min a 2/3 de la longitud total de mecanizado.

Se puede observar que a esta velocidad de corte no se producen zonas fuertemente afectadas
térmicamente (zonas rojas a mayores de 1000 K). Por otro lado, y como es logico, la zona
térmicamente afectada se extiende mas cuanto mayor es la profundidad de corte, producido
por el mayor area de contacto entre viruta — herramienta. Esto ocurre en todos los casos en
mayor o menor medida independientemente de la velocidad de corte dado que este factor se

ve afectado principalmente por la profundidad de corte.

En la Fig. 126 se muestra el campo de temperaturas sobre la herramienta de corte para una
velocidad de corte de 300 m/min. Se observa que la temperatura maxima, si bien aumenta
entre las profundidades de 0.15 a 0.25, se produce una disminucion de la temperatura
maxima para una profundidad de corte de 0.50 sin que esto afecte significativamente a las
temperaturas medias del proceso. Esto se debe a que la cantidad de calor que tanto la

deformacion de la viruta como la friccion producen es finito mientras que a mayor
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profundidad de corte también hay mas superficie de la herramienta para distribuir esa

cantidad de calor consiguiendo que no se concentre.

> 1000 K
V=300 m/min 1000 -650 K
650 — 450 K
<450 K
dmax = 0.187 mm dmax = 0.257 mm dmax = 0.28 mm

Tmax. = 1301 K Tmax. = 1437 K Tmax. = 1174 K
Tav. = 1104 K Tav. = 1101 K Tav. = 1047 K
Tav. = 881K Tav. = 876 K | Tav. =816 K

p=0.15 p=0.25 p=0.50

Fig. 126 Campo de temperaturas para profundidades de corte de 0.15, 0.25 y 0.50 para una velocidad de corte de 300

m/min a 2/3 de la longitud total de mecanizado.

En la Fig. 127 se muestra el campo de temperaturas sobre la herramienta de corte para una
velocidad de corte de 900 m/min. Al igual que en el caso anterior, se observa que la
temperatura maxima aumenta entre las profundidades de 0.15 a 0.25 mientras que se produce
una disminucion de la temperatura maxima para una profundidad de corte de 0.50, aunque
mas leve que en el caso anterior. Se observa que las temperaturas medias de las zonas
moderadamente afectadas se mantienen en torno a los 900 K en los tres casos, mientras que
las zonas altamente afectadas se observa un ligero aumento para una profundidad de 0.25
con respecto a las profundidades de 0.15 y 0.50. Las zonas alta y moderadamente afectadas
se extienden mas que en el resto de casos debido a la cantidad de calor producida por las

fricciones viruta — herramienta.
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> 1000 K
V=900 m/min 1000 -650 K

650 — 450 K
<450 K

dmax = 0.210 mm dmax = 0.317 mm dmax = 0.35 mm

Tmax. = 1490 K Tmax. = 1550 K Tmax. = 1362 K
Tav. = 1147 K Tav. = 1218 K Tav. = 1124 K
Tav. = 878 K Tav. = 887 K Tav. =914 K

p=0.15 p=0.25 p=0.50

Fig. 127 Campo de temperaturas para profundidades de corte de 0.15, 0.25 y 0.50 para una velocidad de corte de 900

m/min a 2/3 de la longitud total de mecanizado.

En la Fig. 128 se indican los puntos de maximas temperaturas en estado estacionario sobre
la herramienta mientras que en la Fig. 129 se muestran esos mismos puntos de maxima

temperatura tomando como referencia la geometria del material a mecanizar y su viruta.

A la vista de ambas figuras en paralelo se observa que los puntos de méxima temperatura
coinciden en todos los casos con el filo (la zona mas profunda de corte) justo en la zona
donde el volumen de material es mayora a cada uno de los lados de ese punto. Esto indica

que la contribucién de calor proviene principalmente de la deformacion plastica del material.

En este sentido, el punto de méxima temperatura a la velocidad de corte de 900 m/min se
desplaza hacia el extremo derecho (segun la posicion en la Fig. 128 y la Fig. 129), lo que
indica que en este caso la aportacion de la generacion de calor proviene principalmente por

la friccion a diferencia de los casos anteriores.
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® p=0.15mm
@ p=0.25 mm
@ p=0.50 mm

V=50 m/min V=300 m/min V=900 m/min

Fig. 128 Puntos de maxima temperatura sobre la herramienta en estado estacionario para profundidades de corte de 0.15,

0.25 y 0.50 para velocidades de corte de 50, 300 y 900 m/min.

Vc =50 a 300 m/min |

| Ve =900 m/min

LT

o
LA
~LX

p=0.50 mm p=0.25 mm

p=0.15 mm

Fig. 129 Puntos de mdaxima temperatura sobre la herramienta con respecto al material mecanizado en estado estacionario

para profundidades de corte de 0.15, 0.25 y 0.50 para velocidades de corte de 50, 300 y 900 m/min.
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CAPITULO 4.

Conclusiones finales.
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4.1. Conclusiones

En la presente tesis se ha abordado la problematica de los modelos numéricos orientados a

los procesos de mecanizado. En este sentido se ha analizado la problematica desde la

perspectiva de modelos bidimensionales y tridimensionales. En cada caso se ha concretado

cada modelo sobre materiales de interés preminentemente acronautico como son el Ti-6Al-

4V y el Inconel® 718 para el caso bidimensional y tridimensional respectivamente.

En el estudio de esta problematica se han obtenido sendos resultados que, resumidamente,

han aportado lo siguiente:

Se han detallado las bases del modelo de corte ortogonal (modelo 2D) tomando como
fundamento una geometria basada en la division de ésta en tres partes: Base, capa de
sacrificio y viruta. Esta geometria ha proporcionado versatilidad y flexibilidad a la hora
de implementar diferentes modelos constitutivos e incluso para ser aplicado a modelos
no sélo de corte no ortogonales si no también no ortogonales, es decir modelos

tridimensionales (Seccion 2.3.1).

Se ha analizado y determinado tanto el material a mecanizar (Ti-6A1-4V) como el
material de la herramienta, asi como las leyes constitutivas que las gobiernan. En este
sentido se ha definido el material mecanizado como un material termo-elasto-pléstico,
permitiendo deformaciones elésticas, plasticas y la interaccion de estas y la modificacion
de sus propiedades en funcion de la temperatura. Por otro lado, la herramienta se ha
definido como un material perfectamente rigido, considerando despreciables las
deformaciones de fia herramienta durante el mecanizado, pero permitiendo la

transmision térmica entre viruta — herramienta (Secciones 2.3.2 y 2.3.3).

Se han determinado las interacciones del modelo numérico que gobiernan los contactos
y, especialmente, los mecanismos de friccion durante los contactos. Concretamente la
friccion que se produce entre la herramienta y la viruta durante el proceso (Seccion

2.3.4).

A partir de la geometria, las leyes constitutivas e interacciones se ha propuesto un modelo
basado en la energia de fractura. El criterio de eliminacion de elementos, es decir, la

capacidad de deformacion de los elementos hasta su fallo, se ha definido a partir de la
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energia de fractura del material obteniendo que la energia de fractura del material es de
Gf(viruta)=26158 J/m?, mientras que para la capa de sacrificio se ha implementado una
energia de fractura de Gf(viruta)=15000 J/m?, para inducir la separacion entre base —
viruta por la capa de sacrificio (Secciones 2.4.1.5 y 2.4.1.6). Tomando este modelo como
base se ha realizado un analisis de sensibilidad de malla, obteniendo un tamano de malla
de 8 um (Seccion 2.4.1.4). Por otro lado, se han analizado los efectos de parametros de
mass scaling, obteniendo un valor 6ptimo en 107'% s (Seccion 2.4.1.2), los parametros
térmicos, considerandose un Fraccion de Calor Generada por la Friccion (F.C.G.F) de 1
y una contribucion de este factor de hasta un 13.67+0.71% (Seccion 2.4.1.3) y la friccion

aparente (Llap), obteniéndose para el modelo un valor de 0.7 (Seccion 2.4.1.4).

e Una vez definido el modelo de corte ortogonal y los parametros que lo determinan se
procedio a estudiar lo relativo a viruta generada por el modelo. En primer lugar se analizé
la morfologia de la viruta, mostrada en la Fig. 29 (Seccion 2.4.1.7) haciendo especial
detalle en la separacion de las bandas de cortadura y comparandolas con estudios
experimentales obteniendo una correlacion con el modelo numérico muy buena (Ver Fig.
31 y Tabla 15). También se analiz6 el longitud de contacto entre viruta — herramienta del
modelo, observandose una disminucion de ésta a medida que aumenta la velocidad de
corte, llegandose a obtener un minimo donde practicamente se iguala la longitud de

contacto con el avance en el modelo 2D (Seccion 2.4.1.8).

e Se analiz6 el campo de temperaturas de la herramienta (Ver Fig. 33) obteniéndose las
zonas térmicamente afectadas durante el proceso para velocidades de corte entre 1y 15
m/s. Se observo el punto de maxima temperatura en cada caso (zona con mayor riesgo
de desgaste por difusion) y las temperaturas méaximas para un mismo punto de

mecanizado correspondiente a una longitud d 1.8 mm (Seccion 2.4.1.9).

e A partir del modelo basado en energias de fractura se propuso el analisis de un modelo
multipasada (Secciones 2.5,2.5.1 y2.5.2). Este modelo analiza el efecto en los resultados
teniendo en cuenta las tensiones residuales producidas después de la primera pasada de
mecanizado y el efecto sobre la ecuacion constitutiva segiin la profundidad (Seccion
2.5.3.1 y2.5.3.2). Se obtuvo una buena correlacion con los resultados experimentales de
D.M. Madyira et al. [80] y exactamente la misma tendencia que éstos. También se obtuvo

una tendencia de menor penetracion a medida que aumentaba la velocidad de corte. De
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la Fig. 39 a la Fig. 47 se muestran las tensiones residuales segin la profundidad y
velocidad de corte de 0.5 a 20 m/s, observandose variacion entre tensiones de compresion
y traccion segun la profundidad para mantener el equilibrio de fuerzas. Se han observado
que las tensiones maximas de traccion son mayores que las de compresion para
velocidades de corte entre 0.5 y 3 m/s, alcanzando un equilibrio para 4 m/s e invirtiendo
esta tendencia a partir de 5 m/s (Fig. 50). En definitiva, se observo que las velocidades
bajas de corte producen mayores tensiones residuales y producen menos efectos

mecanicos sobre el material.

e Una vez analizadas las tensiones residuales y actualizadas las ecuaciones constitutivas
del modelo se procedi6 a analizar sus efectos sobre las fuerzas de corte especificas
(Seccion 2.5.3.3). Se observo un leve aumento de las fuerzas al considerar los efectos de
las presiones especificas cuanto mayor es la velocidad de corte, aunque no afecte a la

tendencia de los resultados.

e Se observd un claro efecto en la viruta producida, obteniéndose una viruta mas fragil
debido al endurecimiento de las capas mas superficiales del material a causa de la
primera pasada (Seccion 0). También se analizo el efecto de la consideracion de una
segunda pasada con respecto a la primera, obteniéndose una ligera disminucion de dicha

longitud de contacto en el segundo caso (Seccion 2.5.3.5).

e Se observo un desplazamiento del punto de maxima temperatura en la herramienta
situdndose en la posicion de un desgaste tipicamente de crater, ademds de una
disminucién de dicha temperatura maxima debido a la disminucion de la capacidad de

deformacion pléstica del material (Secciéon 2.5.3.6).

e Considerando en global las secciones 2.4 y 2.5 Se ha expuesto una metodologia completa

para la consideracion de modelos de mecanizado multipasada (Seccion 2.6).

e Se observa la importancia de tener en cuenta un modelo multipasada a la hora de tener
unos resultados con mayor precision y mas aproximados para un proceso industrial a
diferencia de los de una Unica pasada, que se asemejaria mas a un proceso de laboratorio

(Seccion 2.6).
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e Teniendo en cuenta los mapas de temperatura para una tUnica pasada junto con el mapa
producido en el modelo multipasada se muestran los puntos de maxima exigencia en la

herramienta, muy utiles para el disefio de herramienta de mecanizado.

e Enlaseccion 2.7 se propuso la metodologia para la integracion de elementos cohesivos
en un modelo de corte ortogonal de mecanizado definiendo, en primer lugar le geometria,

definiendo la capa de sacrificio con elementos cohesivos (Seccion 2.7.1)

e Se realiz6 un estudio paramétrico para ver el efecto de la variacion de los parametros de
los elementos cohesivos sobre los resultados. Se estudiaron los siguientes parametros:
Velocidad de corte, Nimero de elementos de la interfaz cohesiva, Parametro cohesivo,

Energia critica normal (Gy;) y Energia critica a traccion (Gs) (Seccion 2.7.2).

e Una vez realizado el estudio paramétrico se obtuvo que el modelo requiere, al menos, 5
elementos en la capa de sacrificio en su espesor (Seccion 2.7.2.1) y que el parametro

cohesivo no afecta significativamente en las fuerzas de corte (Seccion 2.7.2.2). En cuanto
a los valores del par de energias criticas (G5 = 35000# - G$ = 26000# / Gs =
45000 # — G = 33000 # ) se ha observado que en ambos casos se obtienen
tendencias coherentes con los datos experimentales. En este sentido, en la zona de bajas
velocidades de corte (menores de 3 m/s) se obtiene que el par G5 = 45000 # -GS =

33000 J/m? se obtienen fuerzas mucho mas cercanas a las experimentales, no sélo
comparado con el otro par de energias, si no, sobre todo, con el modelo basado

unicamente en energias de fractura (Seccion 2.7.2.3).

e Se ha mostrado el efecto de la energia critica sobre la morfologia de viruta, observandose

una leve fragilidad mayor con el par de energias criticas menor ( » = 35000 # - G$ =

26000 mi) (Seccion 2.7.2.3).

e Al emplear elementos cohesivos en la banda de sacrificio en vez de elementos por
energia de fractura se evita al eliminacion de esos elementos y, por tanto, la desaparicion

artificial de volumen en el conjunto, lo cual afecta a resultados como las fuerzas de corte.
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Se ha definido la geometria del modelo 3D de corte no ortogonales basado a lo estudiado
previamente en los modelos 2D de corte ortogonal. En este aspecto, la geometria de los
modelos no ortogonales estudiados, en todos los casos, se dividid en: base, capa de

sacrificio y viruta (Secciones 3.3.1).

Se ha definido en el modelo tanto el material a mecanizar, que en este caso ha sido
Inconel®718, (seccion0) y el material de la herramienta, en este caso se considerd una

herramienta CBN 170 (seccion 0).

Se ha analizado la determinacién de la friccion en modelos de corte no ortogonales
(seccion 3.3.4). En este ultimo caso la friccion para las profundidades de 0.50, 0.25 y

0.15 se han determinado en 1.2, 1.3 y 2.2 respectivamente (Tabla 31).

En todos los modelos se ha empleado un criterio de eliminacion de elementos basado en
deformacion maxima a cortadura (shear failure). Se analiz6 el efecto de este parametro
sobre las fuerzas de corte, sobre la morfologia de la viruta y las variables locales como
la deformacion plastica equivalente, la velocidad de deformacion y la temperatura. Se

concluyo que el pardmetro de deformacion a cortadura méxima es 4.

Para los tres modelos de corte ortogonal (profundidad de 0.50, 0.25 y 0.15) se ha
realizado un andlisis de sensibilidad de malla, se ha estudiado la morfologia de la viruta,
se han validado los modelos con respecto a datos experimentales y se ha analizado el

campo de temperaturas sobre la herramienta durante el proceso de mecanizado

Para el analisis de sensibilidad de malla se ha concluido que el tamafo de malla 6ptimo
para los casos de profundidad de mecanizado de 0.50,0.25 y 0.15 esde 15 pm, 10 um y
10 um (Secciones 3.4.1.1,3.4.1.2,3.5.1.1,3.5.1.2,3.6.1.1 y 3.6.1.2).

Se han validado los tres modelos de corte no ortogonal a partir de datos experimentales
de V. Muiozet al. [116] y J.L. Cantero et al. [124]. Siendo el error medio entre el modelo
numérico y los datos experimentales de 5.5%, 7.5% y 7.6% para las profundidades de

0.50, 0.25 y 0.15 mm respectivamente. En este aspecto el error medio con respecto a las
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fuerzas de avance apenas del 3.5%, 4.17% y 3.91% respectivamente. En ningtn caso el

error relativo en ninguna de sus componentes alcanza el 10% en el peor de los casos

(Secciones 3.4.1.4,3.5.1.3y3.6.1.3).

e Se ha analizado el campo de temperaturas en la herramienta de corte. Las temperaturas
maxima alcanzada en la herramienta para una profundidad de 0.50 es en torno a los
1350K, mientras para las profundidades de 0.25 y 0.15 la temperatura méxima estaba en
torno a los 1500 K debido a la combinacion de las mayores fricciones y las velocidades
de deformacion de la viruta con respecto al caso de profundidad de 0.50 (Secciones

3.4.1.5,3.5.1.4 y3.6.1.4).

e Se analiz6 el punto de maxima temperatura durante el proceso de mecanizado. En el
momento en el que se alcanza el estado estacionario el punto de maxima temperatura en
todos casos se situa en una posicion similar a excepcion del caso de profundidad de 0.15

mm a una velocidad de corte de 900 m/min (Seccion 3.7.3).

e Por tltimo se comparo6 tanto las fuerzas de corte, radial y avance entre los tres modelos
y su evolucidén con respecto a la profundidad (Seccion 3.7.1), la evolucion de la
morfologia de la viruta (Seccién 3.7.2) y la evolucion de las temperaturas en la

herramienta de corte durante el proceso (Seccion 3.7.3).

En general, en este trabajo se han desarrollado dos modelos de mecanizado. Por un lado un
modelo de corte ortogonal 2D y, por otro, un modelo de corte no ortogonal 3D. En el primer
caso se desarrolld y se sentaron las bases para un modelo basado en energias de fractura el
cual se desarrollo proponiendo dos lineas de desarrollo posible: Los modelos multipasada y

los modelos con elementos cohesivos implementados.

Se propusieron unas bases para el desarrollo de un modelo multipasada y las consecuencias
sobre los resultados y el posible interés en un proceso industrial de este tipo de modelos. En
el caso del modelo con la implementacion de elementos cohesivos se obtuvo una mejora en

los resultados, especialmente a velocidades medias y bajas de corte.

Con respecto al modelo 3D de corte no ortogonal se desarrollaron las bases para su creacion

ademas de todos los parametros a tener en cuenta necesarios, asi como las ecuaciones y el
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efecto de, por ejemplo, el coeficiente de rozamiento. Se han establecido los parametros que
pueden resultar de interés tales como fuerzas de corte, avance y radial, la morfologia de
viruta analizada de forma diferente con respecto a los modelos 2D, las variables locales
(deformacién, velocidad de deformacion y temperatura), asi como el recorrido dptimo para
su estudio en este tipo de modelos y, finalmente, los campos de temperaturas generados en
la herramienta asi como la evolucién tanto de estos como de los puntos de maxima

temperatura.

El analisis del modelo 3D permite el estudio de ciertos resultados que el modelo 2D se ofrece
de manera limitada, especialmente la morfologia de viruta dado que ésta se puede deformar

fuera del plano 2D tal como se ve claramente en la Fig. 123.
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