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DIES FOR PRECISION FORGING HOLLOW SPUR GEARS

MATRIZES PARA FORJAMENTO OU PRECISAO DE
ENGRENAGENS OCAS DE DENTES RETOS

C. TUNCER
T. A. DEAN

Department of Mechanical Engineering
University of Birmingham

South West Campus

P.O, Box 363

B15 2TT Birmingham

ABSTRACT

Die design alternatives for preclsion forging hollow spur gears have been
investigated and classified according to characteristics of gear forms most
sultably made in them. Forging loads, die and teeth filling characteristics
were examined when dif ferent billet geometries were forged [n a novel die with
a movable container and non-penetrating punch. The use of a non-penetrating
punch and a floating contalner overcomes many of the problems associated with
conventional precision forging dies. i

Keywords: Forging - Frecision Forging + Hollow Spur Gears - Floating Container
+ Non-Penetrating Punch

RESUMO

Alternativas de projeto de matrizes para for jamento de precisdo de engrenagens
dcas de dentes retos tem sido investigado e classificados de acorde com as
caracteristicas das formas de engrenagens e apropriadas para uso. Carga de

for jamento, matriz e caracteristicas de formacdo do dente foram examinadas,
usando diferentes geometrias de tarugo quando for fados em uma matriz com um

recipiente movel € uma pun¢do ndo penetrante. 0 uso da puncdo ndo penetrante &
o recipiente mdvel resclve muito dos problemas associados aos processos de

for jamento de precisdo ndo convencional.

Palavras-chave: Forjaria - Forjaria de Precisio - Engrenagem Ocas de Dentes
Retos - Recipiente Mdvel e Puncdo Ndo-Penetrante
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INTRODUCTION

Forging spur gears has several commerclal attractions. First, much time
consuming machining of involute tooth forms can be eliminated. Second, yields
from raw material are increased due to reduced metal removal. Third, dynamic
properties of forged gear teeth have been shown to be better than those of
teeth made by conventional routes [1,2). Thus forged gears can be smaller and
lighter for a given duty. Fourth, hot forged gears do not distort after heat
treatment as much as machined ones. Fifth, the production rate is very high
compared to other gear manufacturing methods.

Initial forging trials have enabled solid spur gear forms to be produced in
dies of simple construction [2]. The dies consisted basically of a container
attached to the machine bed, a punch and a counterpunch. Both punch and
counterpunch had gear forms machined on their peripheries and slid along the
mating form in the bore of the container. However, several weaknesses in this
type of tool design have been identified and discussed [3]. Recently the
advantage of forging parts with accurate bores was perceived and a critical
analysis of possible die designs incorporating mandrels has been produced [4].
Using hollow billets for forging hollow parts eases die filling and reduces
forging loads and material wastage [S]. In precision forging the mode of
deformation, order of corner filling of die cavities and forging loads depend
on billet geometry used and die design [5-7]. Ejection is also an important
consideration and this is affected by the size of mandrel used. One criterion
for chosing a suitable die design is the diameter of the mandrel related to
the diameter of the forging [8].

Another important consideration is dealing with excess billet volume.
Providing a compensation space In the die is probably the best solution to
obtain accurate forging height and obviate overstressing of die and machine.
To obtain complete die filling the compemsation space should be located where
the last die filling occurs. The flash formed in the compensation space should
not impede ejection and should be capable of being easily removed from the
forging.

In this paper different die designs related to the geometry of gear for which
they are most suitable and experimental results from the forging of six
different billet geometries in a novel gear forging die with non-penetrating
punch are presented.
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DIE DESIGN

In order to produce a completely closed die cavity for precision forging a
simple spur gear, four main die components are necessary; punch, anvil,
container and mandrel. The punch forms the top surface of a cavity and is
attached to the moving ram of a forging machine., The anvil is attached to the
stationary machine bed. The container and mandrel which define the side and
bore of a forging can be- attached to either part of the machine together and
separately as stationary or movable items.

The basic function of the tooling is that relative movement of punch and anvil
deforms the workpiece and movement or either punch or anvil (depending on
configuration of the element) eject the forging.

The possible variations in the positioning of die elements results in 36 die
designs. These are listed in Table 1. As seen from this table the 36 designs
have been classified into two main and four sub-groups. All 36 designs have
different characteristics which have to be considered when choosing a suitable
die design for & particular gear geometry. They can be listed as follows:

1) Easy ejection of the forging, without damaging die or forging.
2) All details of the die should be filled at allowable forging loads.

3) The structure should be robust to avoid die fracture and excessive elastic
distortions.

4

The forging should remain in the part of the die from which it can be
ejected (i.e. ram or machine bed).

5) Die machining, setting, exchanging of worn parts and maintenance should be
economical.

6) To ensure a long die life, short dwell times and minimum workpiece/die
movement should be ensured.

CLASSIFICATION OF HOLLOW SPUR GEARS

In the light of these requirements a suitable die design can be chosen among
the 36 die designs to forge a particular spur gear. To simplify the choice
gear geometries have been classified into five main groups as below:

a) Group-l: Spur gears with relatively small bore.

b) Group-2: Spur gears with relatively medium bore.
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Table 1. Die design possibilities for forging hollow spur gears

SITUATION OF DIE MEMBERS

MAIN GROUP SUB-GROUP DIE CODE
CONTAINER MANDREL PUNCH ANVIL
1A-FFPH F F PH -
A 1A-FMPH F M PH =
1A-FMPS F M Ps -
Container and 1A-MMNH M M NH -
mandrel are 1A-MFNH M F NH
1 attached to 1A-MMPH M M PH -
the machine 1A-MFPH M F PH -
Container and  bed 1A-MMNS M M NS -
mandrel are 1A-MMPS M M PS -
attached
together to 1B-FFPH F F - PH
the same part B 1B-FMPH F M - PH
of the forging 1B-FMPS F M - PS
machine Container and 1B-MMNH M M - NH
mandrel are IB-MFNH M F o NH
attached to 1B-MMPH M M - PH
the ram 1B-MFPH M F = - PH
1B-MMNS M M NS
1B-MMPS M M Ps
2A-FFPH F F P H
A 2A-FMPH F M P H
2A-FMPS F M P S
Mandrel Is 2A-MMNH M M N H
attached to 2A-MFNH M F N H
2 the ram 2A=-MMPH M M P H
container is ZA-MFPH M F P H
Mandrel and attached to 2A~-MMNS M M N S
container the bed ZA-MMPS M M P S
are attached
separately 2B-FFHP F F H P
in opposition B 2B-FMHP F M H P
2B-FMSP F M S P
Mandrel is 2B~-MMHN M M H N
attached to 2B-MFHN M E H N
the bed 2B-MMHP M M H P
container is 2B~-MFHP M F H P
attached to 2B-MMSN M M S N
the ram 2B-MMSP M M s P
Note: For the codlng system the characters have followlng meaning:
(1) First maln group
(2) Second maln group Contalner code
{H) Hollow punch or anvil Mandrel code

ts)
)
]
R
)
(a)
(=

Solld punch or anvll
Penetrating punch or anvill
Non-penstrating punch or anvil
Flxed attachment

Movable attachment

Sub-group

Sub-group

Maln
Eroup

Sub

/.

Punch code In maln group 2
vil code In maln group 2Z

ch code In group 1A
Anvll code In group 1B
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c) Group-3: Spur gears with relatively large bore.

d) Group~4: Spur gears with relatively tall height with small and medium size
teeth and bore.

e) Group-5: Spur gears with relatively tall height with large teeth and bore,

CHARACTERISTICS OF SELECTED DESIGNS

In Figures | to 6 five different die designs are presented schematically.
Their characteristics and suitability for each group of gears are discussed
below.

Die Design for Group-1 with Small Bore. Figure 1 shows the die design
alternative 2A-MFNH, The container is movable, the punch is non-penetrating
and the mandrel is rigidly attached to the punch. The anvil is gear shaped and
slides in the container.

RAM

7

PUNCH

g
g T.

N NN

= :

/%}///"?4
|

T Y

X

MACHINE BED
Figure 1. An example of die design for spur gears with relatively
small bore {Die 2ZA-MFNS)

During forging the container moves under the punch and the billet is squeezed
between the punch and stationary anvil and the gear teeth are filled. The
friction forces generated during forging together with the tight spring
forces, push the container against the punch. Consequently, the container
always remains in contact with the punch. Because of the direction of the
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friction forces on the container the average punch pressure Is always lower
than the anvil pressure, hence, the corners of the forged teeth under the

punch are the last to Fill,

After forging, ejection is achieved by pushing the anvil upwards. To return
the anvil to its original position a flexible attachment between anvil and

ejector rod Is required.

This die design is most suitable for the gears of Group-l1 where the mandrel
diameter is relatively small. The gear tends to remain in the container on the
return stroke as the forging/container contact area is much greater than that

between forging and mandrel.

Die Design for Group-2 with Medium Bore, Figure 2 shows die IA-MMNS. The
container and mandrel are mounted on the machine bed as movable items and a

non-penetrating punch is employed.

| RAM
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ONTAINER
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N
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Z
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\

“ MACHINE BED

Figure 2. An example of die design for spur gears with relatively
medium bore (Die 1A-MMNS)
An important feature of this design is the ejection facility. Because the
container and the mandrel are attached to the machine bed, to achieve ejection
the anvil must move along the mandres. The mandrel is constrained by attaching
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i-t to a flange at its lower end, located over a spring in the bolster. Pins
which operate the ejector pass through this flange. Three possible ejection
techniques are shown in Figure 3, If the forging is removed from the mandrel
before the container, it is possible to reduce the ejection load to a quarter
or that required for ejection from mandrel and container simultaneously [6,8].

LA)

7%

NV
==

(8]

(C}l

NV SN

EJECTION OF COMPONENT SIMULTANEQUSLY
FROM MANDREL AND CONTAINER

Figure 3. Ejection alternatives for die 1A-MMNS in Figure 2

Die Design for Group-3 with Large Bore. In the design alternative 2B-MMSN
shown in Figure 4 container and mandrel are movable and are attached to the
ram and the machine bed respectively in opposition. The anvil is non-
penetrating. The punch is gear shaped and fits into the container.

During a forging stroke initial contact is between punch and mandrel. The
punch is arrested while the container approaches the anvil. After the
container is seated on the non-penetrating anvil the gap between the punch and
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its seat is closed and the punch forces the mandrel downwards until the punch
contacts the billet. Further movement deforms the billet between the punch and
anvil and the tooth cavities in the container are filled.

TOF BJECTOR

A) Fosltion of dis wembers in ram ceat

I\\L\\\i }\\‘\\

o

B) Position of die sembere in rem desd bottom centre

Figure 4, An example of die design for spur gears with relatively
large bore (Die 2B-MMNS)

The friction forces generated during the forging operation push the container
against the anvil and the mandrel against the punch. Therefore no gap occurs
between these die elements during a forging operation.

Because of opposing friction forces the position at which the die finally
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fills cannot be easily determined without knowing the value of friction on
mandrel and container faces. Frictlon conditions on punch and anvil surface
are also important as the deformation mode of hollow billets is dependent on
them. Attachment of the container on the ram in this design reduces dwell time
and enables detritus to fall naturally from the container.

This die design is most suitable for spur gears Group-3 in which the bore is
relatively large. As the forging could remain either on the mandrel or in the
container after forging an ejection facility is required in both top and
bottom die parts. Downward movement of the mandrel Is prefered due to
simplicity, otherwise a pin to push the anvil up relative to mandrel is
necessary, as used in Figure 3,

Die Design for Group-4. Tall gears with small teeth. In the die design (lA-
MMPH) shown in Figure 5 the container and mandrel have been mounted on springs
and a gear shaped penetrating punch is used. The container and mandrel float
and balance the punch and anvil pressures during the forging operation, if the
spring forces are neglected. As a result of this the top and bottom corners

are filled simultaneously.

NN

GONTAIN

1 N\
7, 7 4 %
% 27

j MACHINE BED

NAANAN

T

m

Figure 5. An example of die design for tall gears with medium
teeth *Die 1A-MMPS)
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This die design Is very suitable for the tall spur gears in group-4 where the

effect of container friction is considerable,

Die Design for Group-5. Tall gears with Large Teeth and Bore. For gears with
very large teeth and bore the die space between the container and the mandrel
is narrow. The billet required to fill the die by radial flow has a high
slenderness ratio which could result in flow faults. For this reason axial

filling or teeth cavities by extrusion is better.

Figure 6 shows die design (2A-FFPH) which allow an extruded gear to be ejected
from either punch or container, as the position in which it will remain is not

easily predicted.

C’_!_tl p

' 4

727 A [ -

|ZZE) 2
S THINZE 38 o
» I8 i

‘ | - 1

N |

o1 |

+

Figure 6. An example o; die design for tall gears with large
teeth and bore (Die LA-MMPS)

It will be noted that a flange remains at the top of the gear formed in this
die, which has to be removed by machining. A means of eliminating this flange
is to complete the extrusion by pushing the part formed shape through the die
with the subsequent billet. In this case no bottom ejector is required the
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A) BILLET-1 IN STAGES OF HRAM STROKE

B) BILLET-2 IN STAGES OF RAM STROKE

6107
; 50.37 ,
% K270
| / 3041 7 | Varied
| A

C) DETAIL OF THE FORGED GEAR

Figure 7. The die used in the experiments
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completely wxtruded gears falling through to the botton of the press. This
technique can be used with billets at or modestly above room temperature.

EXPERIMENTATION

Forging and Die Design. Figure 7 shows photograph and detail of the forged

Bear.

Figure 8 shows the experimental die set. [t is a multi-part design and has
been used to forge a variety of hollow shapes [7]. The die was machined from
H13 tool steel and hardened to 48-50 HRC.

. RAM I

PUNCH T
Roosoleris 1) B

CONTAI A %:u;

7
) ]

Figure 8. Stress/strain relation for the steel forged at 1200C

Hollow Billets. Billets with different geometries were obtained by varying the
height, bore, and outside diameter as shown in Table 2, Billets 1, 5 and 6
have the same volume and forging them produced gears of equal height. Billets
2, 4 and 6 have the same cross-section but their heights are different and
forging of different height were produced. Billets |, 5 and 6 have the same
volume but are of different geometries.

All billets were machined from hollow steel bar of specification; 0.27C,
1.5%Mn, 0.5%Si, 0.0457P, 0.0457%.5.
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Table 2. Dimensions of the billets used in the experiments

BILLET  OUTSIDE DIAMETER INSIDE DIAMETER HEIGHT

N2 {mm) (mm) (mm)
1 49.5 36.0 27.0
2 49.5 32.5 25.0
3 49,5 30.5 27.0
4 49.5 32.5 27.0
5 49.5 30.5 20.5
& 49.5 325 20.3

Test Procedure. In order to obtain mechanical properties of this steel billets
at forging temperature (1200C) a compression test was performed on the forging

machine. The flow stress was found to be sensibly constant at 95 N/mm.

Billets were heated in an electrical muffle furnace to a temperature of 1200C
in an inert atmosphere of cracked ammonia and forged immediatelly in the die
which was preheated and |ubricated with graphite.

The forging machine used was an eccentric mechanical press with a stroke of
2030mm and nominal stroke rate of 45/min. It can be loaded to 2500kN safely.

Records of forging loads were obtained by means of a load cell situated behind
the punch.

Punch displacement was obtained using a linear displacement transducer
attached to the press slide.

During the test the punch load and displacement were recorded simultanecusly
on an oscilloscope screen.

RESULTS AND DISCUSSIONS

Forging Load and Die Filling Characteristics. Figure 9 shows variations of
punch load obtained when the six different billet shapes were forged. The
maximum load to which each curve is drawn indicates that at which the die was
fully filled.

At the beginning of the operation the punch load is highest for the shortest
billet 5, and lowest for the tallest billet 1.
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Each curve number relates to a billei listed in Table 2

Figure 9. Variation of punch load for different billets

Of the billets which Initially had the same cross-section the taller required
the higher load for complete die filling. This is shown by comparing curves 2,
4 and 6 and 3 and 5. It is due to the greater workpiece/die contact area.

In Figure 10 variation of punch load, punch pressure and relative pressure, at
various stages of die filling, are shown for billet 1. As seen from the figure
the billet bore is larger than the mandrel diameter and outside diameter is
nearly equal to teeth root diameter (when heated). During deformation
vertically, no filling of teeth occurred until constraint to inward flow was
provided by the mandrel.

Physical Appearence of the Forged Gears. The teeth corners of hot forged gears
were fully filled. Fin formation in the bottom corners was evident on the
teeth root diameter and in the bore. It was approximately 150 microns thick
and 1 mm high. The worst feature of the hot forged gears was the surface
condition resulting from oxidation which occurred during transfer from furnace
to die.

Dimensional Accuracy of the Forged Gears. Table 3 shows dimensions of the
forged gear and the die cavity measured at room temperature. In comparison
there is 0.86% variation between their values which is due to effect of hot
forging temperature and die elastic deformation. Detailed discussion for
dimensional accuracy is not scope of this paper.
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2.8
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UNDEFORMED BILLET

FORCING LOAD: 200 KN
AVE_PUNCH PRE. 1176 N/wm2
BILATIVE FRE.s 1.8

FORCING LOAD  + 1000 1N
AVE.PUNCH PRE. 1 323 N/
RELATIVE PRE. 1 5.5
PWGING LOAD ¢ 1950 ¥
AVE.PUNCH FRE. 1 889 W/ma2
RELATITE PRE. 1 9.4

Figure 10. Variation of punch load, punch pressure and relative
pressure during forging of Billet-1

Table 3. Dimensions of the DIC cavity and the forged gear

FORGED GEAR CONTAINER

Outside diameter
{(Gear tip diameter)

Tooth thickness
at 4.04mm depth

Root diameter

61.07mm 61.60mm
4.56 4.60
50.37 50.81
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CONCLUSIONS

1) There are 36 different die .design alternatives for precision forging simple
spur gears.

2) The more suitable die for a given gear geometry can be chosen from these
alternatives considering ejection, ease of die filling, robust structure,
easy die machining, dwell time and friction between die elements and

economical die life.

3) Billets with a bore and outside diameter equal to that of the mandrel and
teeth root diameter are the best in respect to least deformation energy and
free surface bulging. Other billet shapes assume this Intermediate geometry
during forging before starting to fill the teeth cavities,

4) Average punch pressure/flow stress of billet was about 14 for forging spur
gears with full corner filling. In this respect the billet geometry used
had no significant effect.

5) A non-penetrating punch is more robust and cheaper than one which
penetrates the container due to absence of punch profiles and close fit

tolerances,

6) Use of a non-penetrating punch Inhibited fin formation at the top of the
forging even when pressures were higher then those required to fill this
part of the die cavity.
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RESUMO

Este artigo apresenta uma solucdo para o problema de interacdo entre uma onda
eldstica clsalhante e a interface de separacdo de dois sdlidos. 0 amortecimen-
to destes é considerado, tornando a freqiiéncia uma varidvel do fendmeno. Entre
os sdlidos em contato pode ocorrer um deslizamento localizado que também é

determinado.

Palavras-Chave: Ondas Eldsticas - Deslizamento - Ensaios Ndo-Destrutivos

ABSTRACT

A solution for the problem of lInteraction between an elastic shear wave and an
Interface of separation of two linear solids was presented. The Internal
damping of the solids were considered, thus making the phenomenon a function
of the frequency. Possible localized slip between the solids in contact was
also calculated.

Keywords: Elastic Waves - Slip + Non-Destructive Testing
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INTRODUGAO

O estudo de ondas elasticas interagindo com estruturas ou diferentes meios em
contato tem sido objeto de inumeras pesquisas em face da aplicabilidade deste
fendmeno a areas as mais diversas, como medicina [12], engenharia civil (1],

sismologia (4], [6], [11], geologia e ensaios ndo-destrutivos, [9], [15], [18].

0 objetive deste artigo ¢ descrever o comportamento de algumas das variaveis
presentes quando uma onda de cisalhamento atinge um contorno de separagio en—
tre dois meios eldsticos. Este serdo considerados semi-infinitos, elasticos,
homogéneos, isotrépicos e livres de pré-tensdes [7], (8], A separagiio nio é
permitida [S] e o amortecimento causadc pelo meio & considerado, Isto torna a

freqiiéncia uma varidvel que influencia o fenémeno.

FORMULAGAO

Considere a Figura | onde os solidos com as propriedades acima referidas es-
tio em contato. A interface & atingida por uma onda eldstica do tipo SH (shear
horizontal), gque imprime as particulas do meio um movimento perpendicular ao

plano X-Z da figura.

A onda SH incidente pode ser refletida e transmitida, causande um deslizamento
relative entre os sélidos com dissipag@o de energia. Deseja-se determinar este
deslizamento bem como as amplitudes das ondas refletida - Brl‘ - e transmitida
- Bu_ - supondo-se conhecida a amplitude da onda incidente - Bm - no ponto
X=Z=0. Os so¢lidos possuem massas especificas p e p' e rigidezes torsionais p e

p' com () referindo-se ao sélido superior.

Bfr
£ .
e by
X
in et
I
Bin Bre
| z

Figura 1. Uma onda SH incidindo num contorno plano
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Como pode haver um deslizamento relativo entre os sélidos, o conhecimento das
amplitudes poderd revelar com que intensidade esses meios estfo conectados, o
que ¢ indispensavel quando da andlise da integridade de uma estrutura compos-
ta, por exemplo.

Para que o amortecimento seja considerado, toma-se o nimero de onda como um

nimero complexo [2], [3] resultando nas seguintes expressdes para os desloca-
mentos:

-m seniinj{bz-x)} _lkibzect-x)

v =B e e (1)
in in

=B ™ senirf {-bz-x) clk{-ucct-ﬂ (2)
rf Tt
%5, H e—m' sen(tri(b’'z-x) elk[b':ﬂt'xl (3)
r tr

onde m e m' s@o os coeficientes de amortecimento dos solidos, k=w/c & o numero
de onda, ¢ a velocidade de fase na diregdo x, w a freqléncia e i a unidade
imaginaria. Além disso:

5 vz
b = {[c/czl = l} Qﬂ:2 1 e (4)

172
b o= {tm;]’ - :} (s)

com ¢, = Vit/p sendo a velocidade da onga SH no sélido inferior [14].

Quando r:/cé(l. b' torna-se um nGmero imaginario, o que representa o fendmeno
da reflexd3c total [10]. Esta ocorre quando a onda incidente nfio mais se trans-
mite, isto devido as propriedades eldsticas dos meios. Neste artigo, a refle-
x8o0 total s4 & considerada quando ndo existe amortecimento.

SOLUGAO

Para a determinagdo das amplitudes & necessario aplicar as condigbes de con-
torno do problema. Para tanto, observa-se que as particulas do sélido inferior
experimentam um deslocamento VitV Y, &8s do superior um deslocamento Ver

I
de tal modo que v +v =-v  representa um deslizamento localizado, de carac-

in rr- tr
teristicas ondulatérias, na interface.

A este deslizumento opdem-se as forgas de atrito, que aqui sdo consideradas
proporcionais ao deslizamento (2], [17). Assim



122 M. Alves & C. S. de Barcellos

T=ad (6)

onde T & a tensdo de atrito, @« ¢ uma constante dependente de vérios fatores
como o grau de aderéncia dos sélidos e a freqiléncia da onda, e d ¢ o desliza-

mento.

Um ecasc particular deste .modelo consiste na consideragio de uma fina camada
lubrificante entre os sélidos, Figura 2, o que permite exprimir a tensdo de
atrito como:

a%d
artdz

T=7 {T)

onde n representa a viscosidade do lubrificante.

Wf
In

alx

Z

Figura 2. Filme lubrificante entre os solidos

A variaglo da velocidade de deslizamento com a coordenada Z pode, aproximada-

mente, ser descrita por:

a od dd/at

| ol i (8)
Considerando o deslizamento do tipo d=D ¢ segue que Gd/8t=iwd donde:
L
T4 ied (9)
ou
k
T = ey M8 (o)

com

B = ﬂczfgﬂ [§11]
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B representa algumas das propriedades do lubrificante e do sélido Inferior e,
idealmente, varia de 0 a w. Pode-se substitul-la por uma outra varidvel cujos
valores limites sfo O e |, desde que:

"

B-E

(12)

Assim a tensfio de atrito pode ser expressa por:

d

. ]
1:='l"'k.u7|Tl.snm{in]

(13)
Observa-se que quando y=0 os sotlidos podem deslizar idealmente sem atrito e
para ¥=l os soélidos encontram-se rigidamente conectados. § sera chamada de
constante de adesdo.

As amplitudes B" e Bu- séo entdio obtidas aplicando-se as condigbes de contor-
no, que se referem & jgualdade de tensdes cisalhantes cﬂw;: e a adoglo do
modelo de atrito L ambas em Z=0. Isto fornece o seguinte sistema de equa-
ghes:

elm‘ sen{trl-m sen(rf)lx

1 g X 1
: L T S (14)
I-g-h h Elm seni{trl-m sen(rf)lx xz 1-g+h
onde
w'b' m' sen{tr)-ik
g= pub m sen(rf)-ik a5
1k "
=5 denlefi-k  coklrty ©° Hg
X=B B , X =B /B . Sua soluglo é&:
1 rf In" "2z tr In
h-g( 1-y+h)
Xl = _h—g(l—qb-h] e ({ie)]
i [-m' senitr)em sen(rf)]x
xz = h—‘sll"W"hl e (18)

Verifica-se que ela depende da freqliéncia apenas quando o amortecimento € con-
siderado. Para o caso de amortecimento nulo e sélidos em gonfato perfeito
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(y=1) estas expressBes recaem nas apresentadas por véarios autores [13], [14]).

Quanto &s mudancas de fase gue ocorrem no contorno serdc sempre nio nulas,
quando o amortecimento é levado em conta. Para m=m'=0 as mudangas de fase di-
ferentes de 0° Isé ocorrerfo quando o Angulo de incidéncia Tor malor que o &an-
gulo critico de reflexfio total.

ENERGIA DAS ONDAS

Para avaliar a energia transportada pelas ondas, considere a seglio transversal
de um feixe de onda, como na Figura 3.

A energia da onda incidente vale E = é m Gln-{rm. onde (') representa a dife-

renciagdo em relagdo ao tempo. De (1) conclui-se que a velocidade mixima vale:

v =i{wB (19)
In in

A massa pode ser escrita como:

m=pV (20)

Atr

X
Figura 3. Seclo transversal de um feixe de onda
onde V & o volume. A energia por ciclo de oscilagio vale:
L pV
R
E].n B Bln (21
1 A'In CZT 2 2
EIn - E 4 T = Bln 122)
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0 [
Eln-ZW .

2
in In

(23)

com ¥ = ¥pu e T o periodo.

Do mesmo modo, as energias refletida e transmitida podem ser expressas por,
respectivamente:

T
E,=3w’ B A (24)
E =3 0428 A (25)
w2 r ot

Da Figura 3 obtém-se as relagdes entre Aln. Arl" Au_ e com elas as seguintes

razbes de energias:

2

E B
rf rf
El i (- (26)
in in
2
Etr H'b’ tr
E = s m w— e (27)
2 Eln l.l.b HIn

Os resultados a seguir apresentago a ralz quadrada destas razbes.

RESULTADOS E COMENTARIOS

Os resultados primeiramente apresentados nfio consideram o amortecimento e as-
sumem uma razlo de velocidades czfc;-O.B fazendo com que a reflexdo total
ocorra. Além disso p/p'=1,0 e v=v'=0,3 onde v & o coeficiente de Poisson. As
vérias curvas representam os varios graus de aderéncia dos sélidos (¢=0, 0,25,
0,5, 0,75 e 1).

A Figura 4 mostra o comportamento da onda refletida. E possivel observar que
para in=sen” {0,9)=64,16" toda a onda incidente & refletida independentemente
do grau de aderéncia dos sélidos. A partir deste angulo nenhuma energia ¢
transmitida, como se constata na Figura S. Verifica-se al que a transmissibi-
lidade ¢ maior para incidéncias diferentes da normal, Isto para soélidos nfo
rigidamente conectados.
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Figura 4. Onda refletida SH em fungdo do angulo de incidéncia
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Figura 5. Onda transmitida SH e o fenfmeno da reflexfo total
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A amplitude do deslizamento localizado entre os soélidos estd mostrada na Figu-
ra 6. Naturalmente que para ¢=1 o deslizamento ¢ nulo bem como ¢ maximo para
y=0. Na regifio em torno do &ngulo critico as curvas de deslizamento sofrem uma
inflex3o, sendo nulas para Inlea_.

2.0 —

o
-
= 0,25
= ’L\"—
<
N 1O -
a
"
W
o
0,3 -*
[« L A
o 20 40 80 80

ANGULO DE INCIDENCIA (BRAUS)

Figura 6. Amplitude normatizada do deslizamento na interface

A energia absorvida no contorno, mostrada na Figura 7, sofre as mesmas infle-
x8es que o deslizamento, apresentando valores altos para certas faixas de ade-
réncia.

Considerando o amortecimento fazendo m=0,01 Np/m e m'=0,1 Np/m a fregiiéncia
passa a influir diretamente no comportamento das ondas. A razio de velocidade
adotada & clfc;-l.l e as Figuras 8 e 9 mostram o comportamentc das ondas re-
fletidas e transmitidas para uma freqliéncia de w=1 kHz. Observe-se mais uma
vez que para =0 ou | a transmissibilldade maxima ocorre para uma incidéncia
diferente da normal devido ao fato do deslizamento ser méximo para in=0°.

A influéncia da freqUéncia na transmissfo da onda cisalhante & mostrada na Fi-
gura 10, admitindo-se, para os stlidos em contato, ag mesmas constantes ante-
riores e um &ngulo para a onda incidente de 40°. Constata-se a influéncia da
freqiiéncia até valores de 40 kHz. A partir dal a transmissibilidade ¢ pratica-
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mente constante.

EA T T T = T
0,8~ 4
y=0,25
-~
0,6} y 20,25 g
w=0,50 A 20,50
e \
N A%
N I
(X0 ] 4
0,75
- y=0,75
021 _
=0 o |,00O =0 o |,00
3 P kil i A6
0 20 40 &80 80

ANGULO DE INCIDENCIA (GRAUS)

Figura 7, Energia absorvida no contorno
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Figura B. Onda SH refletida considerando o amortecimento. w=1 kHz
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Figura 9. Onda SH transmitida para c:/c'z=1.1 e w=| kHz
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Figura 10. Influéncia da freqliéncia na onda transmitida. in=40°
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Para w=1 kHz o deslizamento comporta-se como apresentado no grafico da Figura
11, sendo méximo para incidéncia normal. Constatou-se que a amplitude do des-
lizamento diminul com o aumento do Angulo de incidéncia efou da freqiléncia,
para o tipo de tensfo de fricgdo aqui adotado e para sélidos onde nfo ocorra a
reflexdo total.

w=0
210 L 1 T 1
o
[
z
w
=
4
~N
2
"
w
o
o 1 w=1,00 [ 1 1
o] 20 40 80 80
ANGULO DE INCIDENCIA (GRAUS)
Figura 11. Deslizamento na interface para freqliéncia de | kHz
CONCLUSQES

Do que fol acima apresentado € possivel concluir que, para o modelo estudada,
s6 através da consideragdo do amortecimento das ondas se torna possivel veri-
ficar o modo como a freqiiéncia altera o comportamento do fenfmenoc. Isto reve-
la~se especialmente importante em ensalos ndo-destrutivos onde a freqiiéncia €

um parametro fundamental.

A consideragdo da reflexfio total permitiu observar o comportamento do fendme-—

no em torno do &ngulo critico o que revelou particularidades importantes [17).

Através da apresentagio da tensfo da fricglo dependente do parametro ¢ foi
possivel notar como ¢ fundamental ao problema o grau de aderéncia entre as su-

perficies. Em certos tipos de ensaios & possivel determinar este grau de ade-
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réncia, revelando-se com isto particularidades das regides em contato [15].

As conclusBes aqui obtidas podem também servir para o projeto de transdutores
ou para a escolha da freqliéncia em que um ensaio especifico deva ser realiza-
do.

O problema de uma onda P ou SV Incidindo no mesmo tipo de sélido aqui conside-
rado jA foi solucionado para amortecimento nfio nulo. Também a consideragio de
modelos de atrito mais realistas e, portanto, nfo-lineares pdde ser efetuada,
Para tanto um método matemdtico de linearizacdo fol aplicado. A referéncia [2]
apresenta todos estes aspectos em detalhes.
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RESUMO

Neste trabalho foli feito um estudo da morfologia das superficies de fratura em
uma resina epoxi, ensaiada em tragdo, visando identificar os micromecanismos e
os processos de falha envolvidos. Foram usados irés sistemas epoxi diferentes,
obtidos a partir da mesma resina bdsica, variando-se os agentes de cura. A
andlise das superficies de fratura dos trés sistemas permite conclulr que o
processo de fratura como um todo tem um cardter descontinuo, consistindo na
Juncfo de multiplas trincas secunddrias nucleadas em diferentes nivels a

partir de defeitos pré-existentes, As diversas origens desses defeilos, que
desempenham um papel preponderante tanto na iniciacdo como na propagacdo da
fratura, sfo apresentadas e disculidas.

Palavras-chave: Defeitos Intrinsicos + Defeitos Extrinsicos + Marcas de Fratu-
ra - Zona Espelhada - Trinca Primdria - Trinca Secundaria + Tenacidade na Fra-
tura

ABSTRACT

A study (s made of the microtopography of the fracture surface of lension
tested epoxy resin specimens. Three different epoxy systems, obtained using
the same basic resin and varying t.e curing agent, were considered and
micromechanisms involved in the fracture process were ldentifled. The results
obtained permit one to conclude that fracture in the three resin systems is
discontinuous in nature and that (t does actually proceed by the joining of
multiple secondary cracks nucleated at preexisting defects, at different
levels with respect to the advancing primary crack. The origin of these
defects, which play an important role in both fracture initiation and crack
propagation, ls presented and discussed.

Keywords: Intrinsic Defects - Extrinsic Defects - Frature Marks - Mirror Zone
- Primary Crackh - Secondary Crack - Fracture Toughness
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INTRODUGAO

O exame fractograficoe das superficies de fratura em amostras rompidas por
tragdo pode fornecer informagdes relevantes a respeito da natureza dos
processos de falha envolvidos. Uma interpretagdc adequada dos aspectos
topograficos observados nestas superficies permite uma melhor compreensfio dos
mecanismos atuantes nos estdgios de iniciagiio e propagagio da fratura. Esse
trabalho faz um estudo da morfologia das superficies de fratura em uma resina
epoxi basica, DER 331, a fim de identificar os mecanismos presentes e observar
as variagdes causadas nos mesmos pela variagio do agente de cura utilizado.
Uma vez que essa é uma das resinas epoxi comumente utilizadas como matriz em
varios conjugados fibrosos, o estudo aqui realizado, além da sua importéncia
com relaglio aos aspectos da resina em si, também implicard em um melhor
entendimento da contribuigdo da resina A tenacidade dos conjugados.

MATERIAIS E PROCEDIMENTOS EXPERIMENTAIS

Foram estudados trés sistemas de resina epoxi obtidos a partir da resina DER
331 da Dow Quilmica, variando-se os agentes de cura. Estes foram o DEH 24
(trietileno tetramina), o DEH 50 (poliamida aromatica) e uma mistura do
endurecedor XG 0103 (anidrido metiltetrahidroftalico) com o acelerador XB
81215 (amina aromAtica tercidria). As razdes estequiométricas e os ciclos de
cura utilizados para cada sistema foram os recomendados pelo fabricante (1]
Daqui em diante os trés sistemas utilizados ser3o designados apenas por DEH
24, DEH 50 e XG/XB.

Conforme apresentado em um trabalho anterior [2], essas formulagBes de resina
foram vazadas em moldes obtendo-se barras de segfo quadrada, a partir das
quals foram usinados corpos de prova de tragdo em um torno copiador. A
geometria e as dimensBes destes estio mostradas na Figura 1. Exemplos tipicos
das curvas de carregamento obtidas no ensaio de traglo estio apresentados na
Figura 2 e os dados referentes ao limite de resisténcia T tens@io na fratura,
L deformagdio na carga maxima e, deformagéo na fratura €, estdo indicados
na Tabela 1.

0 e 40 5 40 4
]
T . 1
1 | 1 [ =
_mes 1 980

Figura 1. Geometria e dimenses dos corpos de prova [2]
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Figura 2. Curvas esquemditicas tensSo-deformagio para os sistemas
de resina estudados (2]

Tabela 1. Caracteristicas mecAnicas dos sistemas de resina [2]

Sistema c!(m’a} u'F(MPal cR(Z] :P(ZJ

DEH 24 74,0 £ 2,7 74,0 £ 2,7 6,16 £ 1,15 6,16 £ 1,15
DEH 50 73,4 £ 0,6 73,4 ¢ 0,6 9,14 + 1,02 9,14 + 1,02
XG/XB 84,9 £ 0,6 BlL,2 t 1,7 555 + 0,15 7,10 ¢ 0,66

As superficies de fratura resultantes foram analisadas por microscopia
eletr8nica de varredura (MEV). Uma vez que a resina n#o & condutora, foi feita
a deposiglio de uma camada fina de ouro-pal4dio sobre as superficies de fratura
de todas as amostras examinadas, para evitar o problema de acimulo de carga na

superficie das mesmas [3].

ASPECTOS FRACTOGRAFICOS

O exame das superficies de fratura mostrou que, de uma maneira geral, as
mesmas podem ser divididas em trés regifes razoavelmente distintas, conforme
pode ser observado na Figura 3. A primeira estad ligada a iniciaglio da fratura,
sendo identificada por apresentar um aspecto’ bastante liso e geralmente £
denominada zona espelhada. A segunda & uma zona de transiglio, caracterizada

por um certo aumento na rugosidade superficial com a formagio de linhas de
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releve radiais 4 regiio da iniciaglo da fratura. Por dltimo, tem-se a regifio
da propagacfio final da fratura, onde h4 um acentuado aumento no relevo com a
formag8@o de facetas que variam de forma e tamanho de acordo com o sistema de
resina ensalado. Deve-se observar que o tamanho relativo das regifes
mencionadas também varia de um sistema para outro,

Figura 3, Aspecto geral das superficles de fratura
(a) sistema DEH 24, (b) sistema DEH 50 e
(c) sistema XG/XB

OUs aspectos especlificos de cada uma dessas regifes estio descritos a seguir.

Regido de IniciagSo da Falha. Praticamente em todos os casos, a iniciaglo da
fratura ocorreu préximo & superficie das amostras (Figura 3), a partir de
heterogeneidades do material, exceto em algumas amostras do sistema XG/XB onde
o inicio se deu no interior das mesmas (Figura 4).

Os principais tipos de defeitos observados (Figura 5), que serviram como

nucleadores da fratura, foram:

vazios formados pelo ar aprisionado durante a mistura dos componentes do
sistema ou por subprodutos voldteis resultantes das reagBes quimicas que

ocorrem no processo de cura da resina.

porosidades causadas por uma diferenga local na velocidade de cura da

resina.

. pequenas inclusBes ou segregagbes, causadas provavelmente pela homogeneiza-
Glo deficiente do agente de cura utilizado.
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Figura 4. Amostra do sistema XG/XB onde a fratura se iniciou
a partir de um defeito interno

0 acima exposto (Figura S5) Indica que os defeitos tipicos responsdveis pela
iniciagiio da fratura sf8o inerentes aos sistemas de resina e aos métodos de
fabricagfio, excluindo, portanto, a possibilidade de que a fratura temha sido
iniciada em defeitos introduzidos durante a usinagem dos corpos de prova,

Em torno desses defeitos, observa-se uma regifo de aspecto liso espelhado
(zona espelhada), que tem sido associada na literatura tanto a um crescimento
estavel (4] como a um crescimento instdvel lento da trinca (5). Marcas radiais
observadas nessa regifio podem ser atribuidas aoc encontro de vérios planos de
trinca, propagando-se em niveis ligeiramente diferentes [6]. Esses aspectos
estlo mostrados na Figura 6.

Regifio de Propagac@o Répida da Trinca. Ap6s a zona espelhada alcangar um certo
tamanho, a velocidade de crescimento da frente da trinca aumenta rapidamente,
passando a mesma a propagar-se de um modo instavel rdpido. Essa variaglo na
velocidade de propagagdo da trinca &, normalmente, caracterizada por uma queda
brusca na carga registrada nos graficos carga-deslocamento (Figura 2). Em
geral a rugosidade da superficie, em uma mesma amostra, é relacionada com a
velocidade de propagacfo, de modo que o relevo se acentua com o aumento desta.
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Figura S. Defeitos que serviram como nucleadores da fratura (a) vazio prova-
velmente formado pelo ar aprisionado durante a mistura dos componen-
tes do sistema (b) vazios provavelmente formados por subprodutos vo-
lateis resultantes das reagBes quimicas do processo de cura ou por
uma diferenga local na velocidade de cura (c) e (d) inclusbes e se-
gregacles vindas provavelmente de uma homogenizaclo deficiente do
agente de cura
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Figura 6. Aspectos das zonas espelhadas
(a) sistema DEH 24,
(b) sistema DEH S0 e
(c) sistema XG/XB

Morfologicamente duas regifes podem ser distinguidas, uma de transicdo que vem
logo apés a zona espelhada e uma de propagagiio final da fratura. A regido de
transigdo, coma pode ser observado na Figura 6, é formada por marcas que
assemelham-se a elipses bastante alongadas na direcio de propagagio (radial ac
infcio da fratura). O tamanho dessa regifio, a acentuaclio de seu relevo e o

tamanho das elipses que a formam variam de um sistema para outro.

A regifio de propagagdo final da fratura & caracterizada por um relevo bastante
acentuado, formando figuras geométricas semelhantes a paradbolas (Figura 7),
sendo que, no caso do sistema XG/XB, essas pardbolas sdo fechadas (Figura 7c)
tendo um aspecto semelhante ao das facetas de clivagem normalmente observadas
nas fraturas frageis dos metais. Cada parébola possui em seu foco um pequeno
defeito (Figura 8). Em torno desse foco existe uma regifo espelhada e, geral-
mente, linhas radiais ao mesmo, estendendo-se através da parabola (Figura 7 e
8). Esses aspectos indicam que a propagagfio da fratura ocorre pela formagio de
véarias microtrincas secundérias A4 frente da trinca principal. Um outro aspecto
notado na regido de propagaclio final da fratura fol a ocorréncia de um
despedagamento da amostra, como mostra a Figura 9.
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Figura 7. Aspecto das figuras geométricas formadas
na regifio da propagacfo final da fratura
(a) DEH 24, (b) DEH 50 e (c) XG/XB
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Figura B. Detalhe da regifo do foco de uma das parabolas, mostrandc a
presenga de um pequeno defeito, de uma zona lisa e de algu-
mas marcas radiais

Figura 9. Despedagamento observado na superficie oposta a
do inicio da fratura das amostras
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MICROMECANISMOS DE FRATURA

No caso da resina aqul estudada, o principal micromecanismo envolvido no
processo de propagagdio da fratura é a formagio de microtrincas secundarias a
frente da trinca principal. Assim, os vérios aspectos observados nas superfi-
cies de fratura podem ser discutidos & luz das interagles entre a trinca
principal que avanga e as microtrincas secundérias que se formam.

O aspecto liso da zona espelhada pode ser atribuido ao baixo nivel de
intensidade de tensSes com que a trinca principal se propaga Inicialmente.
Isso faz com que poucas microtrincas secundérias sejam formadas, sendo
nucleadas préximo da frente de trinca que avanga e praticamente no plano da
mesma, resultando em uma superficie de fratura quase sem relevo. Quando micro-
trincas secunddrias se formam um pouco deslocadas do plano da trinca princi-
pal, hi a formag3o de marcas radiais ou ondulagdes. A morfologia da zona
espelhada parece, portanto, estar ligada diretamente a uma baixa velocidade de
propagaciio da trinca principal. A medida que a trinca principal avanca, o
nivel de tensBes a sua frente aumenta, possibilitando que a nucleagio das
microtrincas secundarias se desloque cada vez mais A4 frente e mais para fora
do plano de propagaglo. A partir de um certo ponto, caracteristico de cada
sistema, o nivel de tensSes se torna suficiente para ativar as microtrincas
através de uma larga regifio, resultando em uma rapida aceleragdc da trinca
principal e formando o relevo correspondente ao da zona de transigio.

Apbs a zona de transigfio, comega a zona de propagagio final da fratura, onde
observa-se a formaglio de facetas com o aspecto de figuras geométricas. A
formagio desse relevo pode ser explicada através do modelo de Feltner [7],
como sendo causada pela intersecfio da frente da trinca principal com as micro-
trincas secundirias que se propagam radialmente em planos diferentes (Figura
10). Se a velocidade da trinca primaria for igual & das secundérias, a forma
das facetas sera uma pardbola. Por outro lado, se a trinca principal for mais
répida, a mesma envolverd a secunddria formando uma elipse. Assim sendo, o
tamanho ¢ a forma das elipses e pardbolas dependerfio da razfio entre as veloci-
dades das duas trincas, bem como do valor absoluto destas velocldades.

Finalmente, guando a trinca principal se aproxima da superficie final da
amostra, torna-se possivel que uma grande quantidade das microtrincas
secunddrias se junte simultaneamente fazendo com que a fratura venha a ser
explosiva e estilhace (Figura 9).
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Figura 10. Mecanismo da formaglc de facetas na superficie de
fratura (V é a velocidade e t o tempo) [6]

CONSIDERACOES FINAIS E CONCLUSOES

Os exames fractogrédficos realizados mostraram que, para os sistemas de resina
aqui estudados, os defeitos existentes no material tem um papel preponderante,
tanto na iniciagBio como na propagacdo da fratura. A iniciag8o ocorre
normalmente a partir de defeitos maiores, onde a concentragio de tensdes &
mals alta, facilitando a formag8o local de uma trinca. O processo de fratura
como um todo tem um carater descontinuo, consistindo na jung8o de multiplas
microtrincas secundéarias nucleadas em diferentes niveis de uma maneira
independente e aleatéria, a partir de defeitos localizados dentro da regifo de
maior concentragiio de tensbes, & frente da trinca que avanga. Esse processo
descontinuo de propagagio & o responsavel pela formaglo das marcas observadas
nas fraturas, como a zona espelhada e as figuras geométricas das elipses e
parabolas, Na prética, entretanto, muitos fatores podem modificar o caminho da
fratura e conseqliéntemente as marcas formadas. A quantidade e distribuigio dos
defeitos de varias espécies, bem como possiveis interacBes entre as microtrin-
cas formadas a partir dos mesmos, entre outros fatores, podem causar altera-
c¢Bes no aspecto topografico, de modo que as marcas, freglientemente, no formam
as figuras geométricas exatas de pardbolas e elipses.

As varidvels que afetam o comportamento mecénico da resina também afetam o
aspecto da superficie de fratura. Isso inclui, entre outros fatores, a taxa de
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carregamento, peso molecular, temperatura, tipo de carregamentc e geometria da
amostra. Em um trabalho recente [8], amostras Charpy, feitas para os mesmos
sistemas de resina aqui estudados, foram ensajadas em impacto. Assim, trés
variaveis foram alteradas em relaglo aos ensalos de tragdo: a taxa de carrega-
mento (lmpacto), o tipo de carregamento (dobramento) e a geometria da amostra
(presenga de um entalhe). Essa alteraglo nas condigdes de ensaio resultou no
surgimento de uma regifio lisa assoclada ao estado de tensdes compressivas e
compreendendo a terga parte das superficles de fratura. Além disto, constatou-
se uma variagio no tamanho relativo da zona espelhada, de transigio e de final
de fratura, na parte trativa das amostras, comparado ac observado em tragdo. D
aumento do tamanho relativo da regifo lisa observado na parte trativa dos
corpos de prova de impacto fol associado ao aumento da taxa de carregamento e
um conseqliente aumento do grau de confinamento das trincas secundérias ao
plano da trinca priméria e préximo A aresta desta {8],

Estas diferencas de morfologia ditadas por fatores externos néio alteram,
entretanto, o mecanismo bédsico de formaglo das marcas da superficies de fratu-
ra.

Durante a deformagdo quase-estdtica, os principals processos absorvedores de
energia sdo a formagiio da zona espelhada e das marcas de contorno que formam o
relevo das superficies de fratura. De um modo geral, pode-se dizer que quanto
malor a zona espelhada e mais rugosa a superficie da fratura, mais energia ¢
requerida para a propagagio da trinca. Baseando-se nestas colocagBes e obser—
vando-se as Figuras 3 e 6, pode-se concluir que o sistema XG/XB € o mais tenaz
entre os trés sistemas considerados, enquanto o DEH 24 & o mais fragil.

Esta conclusio & considerada consistente com uma anélise quantitativa do valor
critico do fator de intensidade de tensfes no momento da ruptura final, KG,
calculado a partir da seguinte expressio [9].

/A
Ke'zrr n x

onde a representa o tamanho da trinca estimado a partir das dimensSes da zona
espelhada e 2 € a tensdo nominal npa ruptura, estimada pelos valores de o,
constantes da Tabela 1. E importante notar que essa equagio é vilida para uma
descontinuidade circular localizada interna ou superficialmente com dimensbes
pequenas em relagfio & secio do corpo de prova. Os valores de Ko obtidos a
partir da relagfio acima foram 1,27; 1,76 e 2,78 MPavm para os sistemas DEH 24,
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DEH SO e XG/XB, respectivamente. Esses resultados sfio da mesma ordem de gran—
deza dos valores de Ko citados na literatura [10,11] para outros sistemas de
resinas epoxi.

Na fratura por impacto, os resultados citados na referéncia [8] indicam um
maior nivel de energia absorvida para o sistema DEH 50 seguido pelos dois
outros sistemas. Essa aparente discrepancia entre os niveis da tenacidade
definidos a partir de trag3o quase-estdtica e os expressos em termos da
energia absorvida na fratura por impacto pode ser atribulda a varios fatores.
Primeiro, foi observado (8] que a fratura, para o sistema DEH S0 ensaiado em
impacto, teve mdltiplos pontos de iniciaglo, o que nfo fol constatado para os
dois outros sistemas. Essa iniciagio maltipla ¢ encarada como um importante
mecanismo absorvedor de energia, resultando no aumento do nivel da energia
total absorvida no processo de fratura, uma vez que no ensaio de impacto o
valor registrado se refere &4 soma de todas as parcelas mu‘g&dm correspon—
dentes a iniciagio, propagaciio e rompimento linal do corpo de prova. Por outro
lado, para os ensaios de traglic quase-estatica, os valores de Kd acima mencio-
nados se referem unicamente ao rompimento final do corpo de prova.

Uma avaliagdo da relagfio entre as velocidades da trinca principal e das micro-
trincas secundérias, feita para cada um dos sistemas a partir da observaglo da
forma e tamanho das facetas formadas nas superficies de fratura e com base no
modelo de Feltner [7], leva & conclusio que o sistema DEH 24 é o que apresenta
a maior velocidade de propagagdo da trinca principal, enquanto que o sistema
XG/XB exibe a menor. Em conformidade com esta conclusio, o exame da parte
estilhagada das amostras revela para o sistema DEH 24 maior estilhagamento em
comparacgio ao XG/XB, Isso estd em acordo com a hipotese anterior sobre as
velocidades de propagaglo e também com a colocagdo de que, de fato, o sistema
XG/XB ¢ mais tenaz que o DEH 24.
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RESUMO

Uma maneira de se apresentar um conjunto de curvas tensdo-deformacgdo, oxe, &
através do uso de equagfes constitutivas, Este trabalho apresenia um gripo’de
equacdes que podem ser usadas na simulacdo de curvas oxe de um aco ABNT304, A
resisténcia media a deformacdo duranle a laminacdc a gquente € calculada
utilizandeo o conjunto de egquagdes obtide. Uma comparagdo entre valores tedri-
cos e experimentalts da resisténcia médla de lamlnacdo € também apresentada.

Palavras-chave: Egquagdes Constitutivas - Reslsténcia a Quente - Laminacdo a
quente - Agos Inoxidaveis Austeniticas

ABSTRACT

A slmple way of presenting stress-strain, oxc, curves (s by a set of
constitutive equations, The present work shows a set of equations which can be
used to simulate the stress-strain curves of a 304 type austenitic stainless
steel, A caiculation of the average strength during het rolling is carried out
using the equations obtained in this paper, A comparison is also made between
theoretical and experimental values of mean hot rolling strength.

Keywords: Constitutive Equations - Hot Strength + Hot-Relling - Austenitic
Stainless Steels
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INTRODUGAO

Quando o comportamento das curvas tensdo-deformagfo, exe, de um material &
examinade sob condigdes varjadas de deformagdo a quente, 4 usual relatar um
nimero de curvas oxe como exemplos tipicos juntamente com alguns valores ca-
racteristicos de tensdes como uma funcSo da temperatura e da velocidade de de-
formacdo. Para se correlacionar dados obtidos a diferentes temperaturas, o
parametro de Zener-Hollomon, Z, & usado, logo, valores constantes de energias
de deformagdo, independentes da temperatura, podem ser relacionadas ao proces-
so controlador dos mecanismo de amaciamento [1). VArias equagies foram revisa—
das na literatura [2-5) como uma tentativa de se ajustar equagdes simples a
curvas experimentais oxe. Os autores reconhecem as limitagfes que cada conjun—
to de equacbes apresenta. Porém a literatura sugere que, apesar das limita-
gbes, é vantajoso tentar relatar o comportamento das curvas oxe em termos de
equagBes que podem ser usadas para se calcular as tensdes ou o trabalho reali-
zado para um conjunto de varidveis mecanicas como deformacfo, velocidade de
deformago e temperatura.

Este trabalho apresenta um grupo de equagdes que podem ser usadas para a simu-
lagdo das curvas oxc de um ago ABNT304 deformado por compressdo a quente. Um
célculo da resisténcia média do material durante a laminagio a quente ¢ entdo
realizado usando as equacgBes obtidas nesta pesquisa. Valores previsto pelas
equacgdes obtidas sdo entdo comparadas com aqueles dados experimentais relata-

dos por outros autores.

PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL

0 material empregado nesta pesquisa & o ago inoxidavel austenitico ABNT304 com
a seguinte composiclo quimica [nOimeros sio em percentagem em peso): 0,023C,
1,45Mn, 0,528i, 0,035P, 0,0045, I18,11Cr, 9,35Ni, 0,07Mo, 0,16Co, 0,l4Cu e 495
ppm de N. Os corpos de prova para compressdo foram obtidos «de chapas laminadas
a quente com uma espessura final de B,5mm. Os corpos de prova cilindricos para
as compressbes foram usinados de pegas cortadas no sentido longitudinal das
chapas preservando o sentido de laminagdo. As dimensdes dos corpos de prova de
compress3o eram de 7mm de diAmetro e 10mm de altura.

Todos os espécimens foram recozidos antes das compressbes pelo periddo de
3600s (1 hora) a uma temperatura de 12502C, gerando uma microestrutura inicial
com tamanho de gréc de 100um. Os ensaios foram conduzidos em um equipamento
MTS computadorizado com capacidade para 10 ton, As curvas oxe foram obtidas de
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ensaios realizados a temperaturas de 800, 900, 1000 e 1100°C. As velocidades
de ensaio foram mantidas constantes durante cada teste. Os valores utilizados
no presente trabalho foram de 1, 107, 107 e 10 s\ 0s espécimens foram
lubrificados durante o ensaio por uma camada fina de grafite ou de vidro li-
quefeito. Esta foi pintada antes de se iniciar o ensaio sobre a superficie
da amostra que ficaria em contato com a matriz. Esta superficie tinha um
conjunto de sulcos concéntricos usinados com uma profundidade aproximada de
0,2mm para melhor retengoc do lubrificante durante os ensaios. Os coeficientes
de atrito, u, para cada lubrificante foram medidos. O grafite produziu um
valor de p igual 0,41 enquanto que o po de vidre quande liquefeito mostrou um
coeficiente p de 0,20. Os dados de carga e deslocamento de pistdo do equipa-
mento de testes foram armazenados em disco para processamento posterior. As
curvas oxe foram entic obtidas das curvas pressio versus deslocamento de acor-

do com técnica relatada na literatura [&].

RESULTADOS

A Figura 1 mostra um conjunto de curvas oxe tlpico obtido de ensaios
realizados a 900°C e com as velocidades de deformacio variando entre 1 e
103" As curvas mostram um pico de tensdo, u-p, que ocorre para um valor de
deformagic de pico, cp. A deformacgfio de pico cresce ligeiramente com o aumento

da velocidade de deformacgdo do ensaio.

Um valor particular de tens@o é dependente da velocidade de deformagéoc como se

segue

Q

def

£ = exp {- RT ] explfe) {1

onde Ql"1 r & a energia de ativagio para deformagdo, T a temperatura absoluta do
{4

ensaio, R é a constante dos gases (8,3lkl/mol K) & B uma constante. A repre-

sentagio grafica da equaglo (1) pode ser vista na Figura 2 para o caso parti-

cular de & .
P

0O valor de Q o pode ser calculado de um grafico de logm £ como fungdo de I/T
para um valor constante da tensio. A Figura 3 mostra que QMf & de 434kJ/mol K
para os agos inoxidaveis austeniticos ABNT304. Além disso, pode-se ver clara-
mente gue Qa.«r ndo depende da pré-deformacio aplicada no material uma vez que

as curvas de ¢ , ¢ e ¢ , respectivamente tensbes a uma deformagidoc de 0,1,
o, P 56

1
de pico e de inlcio de estado estacionério sdo paralelas.
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Figura 1. Curvas tens@o-deformagfio, oxe, do ago inoxidavel austenitico
ABNT304 de um corpo de prova testado :339_(10"(: a uma velocida-
de de deformaclo constante entre 1 ¢ 10 "s
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Figura 2. Dependéncia da tensfo de pico, g, com a velocidade de

deformacdo de ensaio
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Figura 3. Velocidade de deformacgio a uma tensio constante como funclo
do inversc da temperatura absoluta de ensaio
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Figura 4. As tensBes de pico e de estado estacionario como uma fungio
do parametro do Zener-Hollomon
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Os valores de tensbes para um valor de deformagfio constante podem agora ser

graficados como uma fungdo univoca do parametro de Zener-Hollomon, como mos-

trado na Figura 4 para os casos especificos de ¢ e de c“, Curvas semelhantes
P

s#o obtidas para as tensles r.ro [ a-Q- Aqui, a‘o & a tensio do escoamento do

v
material nas diversas condigdes de teste. c, foi determinada como sendo a ten-
sdo para uma deformagfo de 0,2%. As tensBes para valores constantes de defor-

magdes podem entBo serem escritag como sendo

o = -325 + 243 Log  Z (2)
cr‘,.l = ~317 + 25,1 Loglo z (3)
v ® -460 + 35,0 l_nglo z (4)
o = -467 + 345 log Z (5)
85 10
DISCUSSAO

As equagdes (2) a (S) podem ser usadas para se prever a evolugdo da curva oxe
como fungdo da deformaclo, da velocidade de deformago e da temperatura de
processamento. Para ligas que apresentam uma tensfio de pico pode-se escrever
que [4,7]

c=q se £ { XE
o P
e
c=0 - A s€ £ Z XE (6)
o P
ande
m
o =¢ +B [I-up (-C l‘.‘)] (7)

€-Xe_ym'
A = Blll-cxp [-k = ] ] (8)
P

Nestas equagles, B. Bl e C sdo fungles do parametro de Zener-Hollomon como se
segue:

B = e (9)

B = P (10)



Equagdes constitutivas: aco ABNT 304 153

T =0 \I/m
L L]
C=~101nl1~[—ﬂ""] ] (11]

Os subscritos ssle) significam estado estaciondrico extrapoladoe. No presente

ssie)
X, m e m' t&m os valores de 0,49, 0,7, 0,5 e |,4 respectivamente [7]. A defor-

trabalho, o sera tomado como igual a a'P. Para agos C-Mn as constantes K,

maglo de pico, cp, é uma fungio do parametro Z, como mostradc na Figura 5, is-

to é, uma equaglo do tipo
c = 0I5 el (12)
& valida para os agos ABNT304. A Figura 5 ainda mostra que e:p # da ordem de

0,3 para testes conduzidos a 1100°C e de 0,45 para temperaturas de 800°C. A

variagdo de € com a temperatura é portanto relativamente pequena.
P

a 1.0 9
a4 - TEMPERATURA, °C ACO ABNT 304 7]
i 2 209 g
i 8 1000 .
03 v 1100
g v va o 5 E
il A ‘fﬂ e8] o= U {
o o 0

1 INCLINAGRD, 0,00 d

O.l 1 1 1 1 1 1L I |

14 16 8 20 22
Log Z

Figura 5. A deformacio de pico como fungdo do pardmetro de Zener-Hollomon

As Equacdes (2) a (12) podem entfc ser usadas para simular os valores experi-
mentais das curvas oxe. Os pontos préximos das curvas oxe da Figura ! foram
calculados usando as equagBes acima descritas. Pode-se observar que existe uma
concorddncia razodvel entre valores medidos e calculados para toda a faixa de
velocidade de deformacdo empregada no teste de compressio. Uma integragic nu-
mérica pode ser entfio utilizada para se obter a tensfo de escoamento média no

estado plano, S, como uma fungdo da deformagio:
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(13)

g1
n
=]
m|
—
(=]
q

s=L15¢ (14)

A Figura 6 mostra uma comparaglio entre os valores calculados de s e aqueles

medidos diretamente da laminagdo a quente. Resultados de outros autores [8,9]

sdo também incluldos. Pode-se observar que existe uma razoavel concordancia

entre valores previstos e medidos.

500 T T | 4 1 3
TESTE RED. % €& S REFERENCIA
e CALCULADD 20 1,0  TRABALHO
400F wLAM 20 ~B0 PRESENTE-
A TORCAO 20 1,0 (al
v TorRGAOD Gp 10 ]
g 300 » tensko DE PICO NO |
z ESTADO PLANO
w o
200 7 a
100 -'
AGO ABNT 304
0 1 1 1 ]

700 800 900 1000 1100 1200
TEMPERATURA, °C

Figura 6. Variagio da tensfic média no estado plano de deformacdes, ;. como
fungio de mudancas na temperatura. Dados computados teoricamente

sdo comparados com valores obtidos de laminagbes de laboratério
e com dados de outros autores

CONCLUSOES

As principais conclusées que podem ser retiradas deste trabalhos sfo:

1) Curvas oxe para o ago inoxidavel austenitico ABNT304 podem ser modeladas
usando as EquagBes (2)-(5) e (12) deduzidas no presente trabalho,
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2) A resisténcia a quente do ago ABNT304 durante a laminagio pode ser obtida
de uma integragio numérica das Equagles (6), Resultados experimentais mos-

tram uma concordincia razoavel com os valores computados.
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RESUMO
No presente trabalho é apresentado um modelo matemdtico para um laminador
tandem a frio, que baseado em equacdes termo-mecdnicas do processo de lamina-
¢do, tem por objfetivos:
. aumento da produtividade
. melhoria na forma da chapa
. diminuicdo do consumo de energia
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ABSTRACT

A mathematical model for a cold-rolling tandem mill based on the thermo-
mechanical equations of the rolling process is presented, the main aim are:

. Increasing productlvity
. Improving the sheet profile
. reducing the energy consumption

Keywords: Strip Rolling + Optimization + Tandem Mill
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INTRODUGAO

Dos processos de conformagdo mecénica dos metais, a laminagio & aquele que
mais evoluiu nas Gltimas décadas. Esta evolugdo tecnolégica ¢ resultante de
Intensas pesquisas na busca de melhoria na qualidade dos produtos e do aumento
na produtividade dos equipamentos.

A melhora na qualidade dos produtos se traduz na diminuicdo das toler&ncias de
fabricagio, na reprodutibilidade ¢ na melhoria dos acabamentos superficiais.

Uma melhor produtividade pode ser alcangada através de uma das seguintes for-
mas:

. a primeira, com a modernizagio dos equipamentos, que envolveria custos adi-
clonais e um tempo de instalagio muito longo; -

. a segunda, utilizando os equipamentos J4 existentes, procurar uma rotina de
operagio mais racional;

. a terceira, seria um misto das duas formas apresentadas anteriormente.

Em um laminador tandem, e especialmente quando se lamina a frio, a forma do
produto final é muito importante. Assim uma melhoria na produtividade com uma
conseqllente pilora na qualidade de produto ndo teria interesse industrial. Pro-
dutividade e qda]ldade sdo dois elementos que nioc devem ser conslderados iso~
ladamente.

A opglo por um modelo que permitisse um aumento da produtividade sem prejuizo
da qualidade dos produtos surgiu naturalmente como resultado de uma linha de
pesquisa da universidade.

PRINCIPIOS BASICOS DO MODELO
Duas sdo as hipéteses que formam a espinha dorsal do modelo, sfo elas:

. a primeira é a produtividade, aqui sinénimo de produglo horaria de chapas,
que deve ser aumentada;

a segunda é o fato incontestdvel, que a forma e tolerancias dimensionais
destas chapas produzidas devem estar dentro dos padries estabelecidos. A se-
gunda hipétese &, portanto, um fator limitante da primeira.

A forma e as tolerancias dimensionais das chapas sfo afetadas principalmente
por condicSes adversas de operagdo. Assim, mantendo a operagio dos laminadores
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dentro de limites aceitdveis sera possivel obter produtos que se enquadrdo nas
especificagbes.

Uma das varidveis que devem ser controladas para que as condigles de operacio
sejam satisfatérias & a temperatura da chapa [l]. A razfo para controle desta
varidvel estd no fato da temperatura ter influéncia na lubrificaglo, que por

vez afeta entre outras coisas o acabamento superficial.

Por outra parte, diferengas de temperaturas na chapa influenciam a chamada
coroa térmica nos cilindros, o qual também afeta a geometria da chapa.

Outra varjdvel que também deve ser monitorada e se possivel controlada é a
carga de laminagfo, j& que afeta diretamente a forma da seglo transversal da
chapa. Em outras palavras, o coroamento & proporcional & carga de laminagio.

Para célculo da temperatura da chapa fol adotado o modelo de distribuicfio da

temperatura, desenvolvido por Roberts (2]

T, = T, + (T,-T Jexp(-2hx/v h k) (1)

T temperatura da chapa a uma dist@ncia x da salda do cilindro
T temperatura da chapa na salda do cilindro

T temperatura do refrigerante

X distAncia da saida do cilindro ac ponto considerado

h coeficiente de transmissfo de calor chapa/cilindro

v velocidade da chapa na saida do cilindro

h espessura da chapa na saida da cadeira considerada

k constante de homogenizagio de unidades

Observando a equaglo anterjor nota-se que existe uma relaglo entre a tempera-
tura da chapa e a velocidade de laminagfio. Tal expressfio servird como um dos

parAmetros para adequagio do modelo.

O coroamento de chapas e cilindros fol tratado por Emicke & Lucas [3]. O mode-
lo por eles desenvolvido leva em consideragio a carga sobre os cilindres, a
flexo-torglc dos mesmos devido a este carregamento, e a dilatagSio dos cilin-
dros devido ao gradiente de temperatura existente entre o centro e as bordas

dos cilindros,
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Analisando as proposi¢cSes de Emicke-Lucas conclui-se que uma distribuigio uni-
forme de cargas em todas as cadeiras traria como conseqgiiéncia uma uniformidade
no corcamento das chapas. Isto significa, uma distribuigiio equitativa de carga
entre as cadeiras possibilitard segBes transversals semelhantes (perfis seme-
lhantes). Este modelo foi utilizado no presente trabalho.

Para célculo das cargas de laminagfc foram utilizadas as equagfes de Bland &
Ford [4).

No que se refere a4 forma das chapas, as varlaveis de controle serio a
velocidade e a poténcia de laminagfio. Isto porque a produtividade & direta-
mente proporcional & espessura final da chapa e A velocidade de laminacéo.

p= vr-hr-w-k 2)
onde:

P produtividade
w largura da chapa

Das varidveis que tem influéncia na produtividade apenas a velocidade de lami-
naglo pode ser modificada, j& que a espessura final e a largura sio especifi-
cadas previamente e a densidade do material pio pode ser alterada.

A equagio (2) parece sugerir que-para aumentar a produtividade bastaria aumen-
tar a velocidade de laminagic até o valor maximo permitido pelos motores de
acionamento. H&, porém, uma relagdo direta entre a velocidade de laminagéo, a
espessura de saida de cada cadeira e as respectivas poténcias. Estas nfo pode-

riam exceder as poténcias admissiveis.

FORMULAGCAO MATEMATICA DO MODELO

Segundo Brun & Blanchard [S), o principio de otimizaglo da velocidade reside
no fato da velocidade méxima em cada cadeira ser obtida quando a poténcia des-
tas cadeiras atinge seu valor maximo. Como estA-se aplicando este princlpio a
um TCM (Tandem Cold Mill), a lei de constancia de volume de Hessemberg &
Jenkins [6] deve ser respeitada.

O prinecipio fundamental da otimizag#io de um TCM ¢, portanto, formado pelos
dois postulados citados anteriormente e pelas condigBes de contorno que servi-
rdo como balizamento e adequagio do modelo 4 realidade industrial.
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Na pratica da laminaclo de chapas & freqllente se conhecer para cada tipo a ser
processado o consumo de energia necessaria por tonelada em func¢fSo da reducdo.
Tais curvas foram levantadas por Sarmento, Plorke & Helman [1); de posse des—
tes dados foram feitas aproximagdes polinominais, através do método dos
minimos quadrados [7].

Kawamata & outros [8] sugerem que a energia consumida por tonelada estd inti-
mamente relacionada com a poténcia de laminagio através da expressfo:

= . L] - - - 3
N kth(r‘]wvfp (3)
onde:
N poténcia de laminagio
E(r) energia consumida por tonelada em fun¢fo da reduglo
p densidade do materijal

Uma vez que a velocidade méxima sé ocorre quando a poténcia méxima é alcanga—
da, pode-se substituir N e v, na expressio (3) por:

N poténcia maxima dos motores de acionamento

Vm velocidade méaxima de laminagio

Neste modelo considera-se como poténcia médxima de acionamento a poténcia nomi-
nal dos motores, assim (3) pode ser reescrita:

Nn_“ = k-E(r}-w-hf'Vm-p (4)

Explicitando a energia em fungfio das demais varidveis da equagd@o anterior tem-
se:
N

E(r) (s}

l’.‘w'hr'Vm.l'p

mas a fungfo energia [1] & do tipo:
E(r) = Al + AZ-r + A3+r> + Ad-r> + AS'r' + A6T° (6)

onde:

Al,...,A6 s3o os coeficientes do polindmlo de grau 5. Igualando as equagles
(S) e (6) obtem-se:
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N

2 3 L) s
Al + A2:r + A3-r" 4 Adr” 4+ AS'T + A6°T -k-Vn“°hf-W'p )

A equaglo (7) & uma equayau transcendente [9], j4 que a reduclo é funglo da
espessura final. Para que seja possivel contornar este problema se utilizard o
principio de Hessemberg & Jenkins [6] para um TCM de n cadeiras. A equaglo (7)
fica:

IN

nom, |

2 3 4 5
AL + A2:r + A3:T" + Ad:r” # AS'r + A6°T = 1 b, w'p (8)

max,n f,n

onde:

!:Nm § poténcia nominal acumulada até a cadeira |
v velocidade méxima na n’ésima cadeira

h espessura final na n’ésima cadeira

f.n

A cada uma das cadeiras do TCM corresponde uma equagio semelhante 4 equagho
anterior.

A literatura & generosa na diversidade de métodos que podem ser utilizados pa-
ra determinaglo das ralzes das n equagles caracteristicas. Apenas as raizes
reais, positivas e menores que a reduglio total desejada tem significado fisico
para o modelo. Optou-se pela aplicaglo do método de bisegfio [9] para determi-
nacglo das ralzes. Fisicamente estas raizes representam as redugBes 4timas.

Encontradas as redugles Otimas as seguintes condigbes de contorno devem ser
testadas:

. Estd sendo respeitado o principic de conservagio de volume?

. A velocidade de laminagio ¢ maior que a velocidade maxima da cadeira?

- O &ngulo neutro é malor que o &ngulo de contato?

. O angulo neutro & menor que zero?

. O torque calculado & menor que zero?

. As tensdes entre cadeira sfio maiores que a tensfo de escoamento da chapa na
respectiva cadeira?

Caso alguma destas condicbes seja violada a redugfio deve ser recalculada em
funclio da respectiva condiglo de contorno. Tais condigbes sfio intrinsecas ao
processo de laminac8o.
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Uma vez estabelecida a seqlléncia de passes e atendidas as condigSes de contor-
no, duas condigBes adicionais serfio testadas, sio elas:

. A temperatura da chapa é major que a temperatura maxima admissivel?
. A carga calculada para cada uma das cadeiras & maior que a respectiva carga
maxima admissivel?

Estas condigbes adicionais nfo sSo inerentes ac processo; relacionam-se prin-
cipalmente com o acabamento superficial e com a forma da chapa. A razfio para
controle da temperatura da chapa estd no fato desta variavel ter influéncia na
lubrificaglo, que por sua vez afeta entre outras coisas o acabamento superfi-
cial. Quanto & carga, esta afeta diretamente a geometria da chapa, por isso
procura-se obter uma distribuigio o mais eqllitativa possivel entre as cadei-
ras.

Atendidas as condigSes de contorno, o coroamento de cilindros e chapas & cal-
culado para as duas Gltimas cadeiras, Este célculo é muito 0til como um para-
metro para avaliagio da forma do perfil resultante.

A etapa final do processo é o calculo da produtividade hordria do laminador.
Como todas as condigbes operacionais e dimensionals foram atendidas, os produ-
tos finais deverfio estar dentro dos padrbes exigidos.

INSTRUMENTAGCAO DO MODELO

O modelo fol instrumentado em um computador tipo IBM~PC com 640 kbites de me-
méria e co-processador aritmético 8087, A escolha por este tipo de computador

é devido a sua larga utilizagiio no meio cientifico o que permite um intercAm-
bio de uma série de aplicativos.

O programa apresenta uma série de "menus” que auxiliam o usuario durante o
processamento. H4a a possibilidade do usudrio acompanhar todas as etapas da si-
mulacdo na mesma seqliéncia em que irfo ocorrer na industria.

A estruturagio do programa segue a mesma seqiléncia mostrada durante o deta-
Ihamento dos métodos numéricos utilizados (Figura 1).

O usuério deve fornecer os seguintes dados de entrada:

1. espessuras Inicial e final desejadas;
2. largura da chapa a ser processada;
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3. propriedades meclnicas do material tais como: curva de fluxo, médulo de
elasticidade e coeficiente de Poisson;

4. dimensbes dos cilindros de cada cadeira e as distancias entre elas;

S. caracteristicas do processo, tensBes entre cadeiras, temperatura do liqui-
do refrigerante ¢ a temperatura maxima admissivel.

De posse de tais dados o programa fornece um relatério detalhado de cada uma
das etapas do processamento.

ENTRADA DE DADOS
1
SUB - PROGRAMA SEQUENCE

]
| CONSTANTES OE LAMINAGAO

£
cALCULOS PRELIMINARES J

1

TORQUE E CARGA NOVA SEQUENCIA DE
PASSES

4

cuwc;mn MAX.

SUB-PROGRAMA THERMAL

< e S

SUB-PROGRAMA CROWN

i
[ P RODUTIVIDADE |

RESULTADOS FiM

Figura 1. Fluxograma Simplificado
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ANALISE E DISCUSSAO DE RESULTADOS

0 desenvolvimento de um modelo teédrico nfio ficaria completo sem que houvesse
uma comparagio com outros jA4 implantados industrialmente. Assim ao modelo de-
senvolvido foram submetidos seis casos reais fornecidos pela USIMINAS. Neste
capitulo serd feita uma anAlise dos resultados obtidos e um estudo comparative
entre os casos reais e os tedricos. 0 tempo de preparagio do equipamento, ©

tandem, é considerado como ideal.

A USIMINAS estid capacitada para atender o mercado de produtos laminados a
frio em uma ampla faixa de dimensBes [10] (Figura 2).

o
K A
p-
3 HIN&OOSAFH
w2
a
& /// //
3
800 1ooo 1500 2000

LARGURA (mm)
Figura 2. Dimens8es fornecidas pela USIMINAS

Para que fosse possivel avaliar o comportamento do modelo frente a casos reais
foi fixada a largura de 1200 mm e as espessuras variaram desde 0,75 mm até
3,80 mm. Tais parametros representam uma amostragem realista dos casos que
mals ocorrem na pratica industrial. As dimensBes dos seis casos estudados es-
tdo representadas na Tabela 1

Tabela 1. Dimensbes das bobinas estudadas

BOBINA ESPESSURA INICIAL ESPESSURA FINAL  LARGURA

- (mm) (mm) (mm)
1 3,80 1,19 1200
2 3,04 1,00 1200
3 2,66 0,90 1200
4 2,66 0,B0 1200
S 2,50 0,79 1200
6 2,50 0,75 1200
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A composigiio qulmica (percentagem em peso) do material utilizado é apresentada
na Tabela II

Tabela 2. Composigio das bobinas (% em peso)

c Mn Al Si s P
0,03 0,02 0,020

a a a 40,02 0,015 0,01
Q,06 0,35 0,080

A curva de fluxe do material [1] foi aproximada pela fungio de Ludwik no esta-

do plano de deformacgdes:

S=a+b(e
onde:

a tensdo de escoamento do material
b razdo de encruamento

n coeficiente de encruamento

Os coeficientes da fung8o de Ludwik para este tipo de material assumem os se-

guintes valores:

30,1833 kef/mm°
55,1293 kgf/mm°
n= 04275

Caracterizado o material faz-se necessario conhecer as caracteristicas do TCM

da USIMINAS, A Tabela 3 apresenta tais caracteristicas.

Tabela 3. Caracteristicas do TCM

CADOEIRA DIAMETRO DIST. ENTRE VELOCIDADE CARGA POTENCIA

N- Do CIL. CADEIRAS MAXIMA MAXIMA  NOMINAL
(mm) (mm} (m/min) (t) (kw)

1 537 4550 T00 1200 3500

2 522 4400 B79 1500 5000

3 547 4400 1091 1500 5000

4 569 4400 1375 1500 5400

5 377 4500 1524 1500 5400
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Conhecidas as caracteristicas do equipamento e do material a ser laminado po-
de-se passar A andlise dos resultados obtides, A titule de ilustragio serdo

apresentados os resultados obtidos para as bobinas 1 e 6.

Uma vez gue a produtividade estd relacionada com a velocidade de laminacio,
torna-se imperativo um estudo onde sejam confrontados os resultados obtidos
pelo modelo ¢ aqueles apresentados pela USIMINAS. As Flguras 3 e 4 mostram es-
te estudo comparativo no que diz respeito a esta varidvel. Analisando os gré-

ficos em questfo pode-se observar um aumento na velocidade final de laminacgia.

1200
MODELD
" I USIMINAS
~ 24 MODELO 1000 -
L [ USIMINAS 2 -
- E 800
s |
& g 600
- —
& i
r 3
400}~
8 g |
B [ > -
- 4 200~
/]
L T 1 L T I~
1 & 3 4 5 T T T T T
1 2 3 4 5
Al NE
REDEIES CADEIRA Nt
Figura 3. Estudo comparativo Figura 4. Estudo comparativo
de velocidade para de velocidades para
a bobina 1 a bobina 6

A andlise do consumo especifico de energia deve ser inserida dentro do contex-
to global de avaliagBc do modelo em questdo. Nas Figuras 5 e 6 estdo grafica-
dos o consumo especifico dos casos apresentados e confrontados com aqueles ob-
tidos industrialmente. A conclusio a que se pode chegar observando estes gré-
Ticos € de que hd uma diminui¢ic do consumo especifico de energia. A razio
para tal fato pode ser explicada através da melhor distribui¢do das poténcias
que tornou o conjunto como um todo mais eficiente.

A etapa seguinte do processo de avaliagio do modelo ¢ a analise da distribui-
Gdo de temperaturas da chapa. As Figuras 7 e 8 mostram a distribui¢fio para os
casos apresentados. Observe que em nenhum dos cases a temperatura de pico
obtida superou o limite maximo admissivel, estabelecido em 160°C. Este fato
garante que o acabamento superficial nfio serd afetado pelo aquecimento locali-
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zado da chapa. Outros fatores, porém, podero tornar-se preponderantes.
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Figura 5. Estudo comparativo Figura 6. Estudo comparativo
do consumo especi- do consumo especi-
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Figura 7. Distribuigio de tempe- Figura B. Distribuigfio de tempe-
raturas na chapa para raturas na chapa para
a bobina 1 a bobina &

Espinasse & outros [I1] consideram a distribuicio de temperatura da chapa como
resultado da atuacio de uma série de varidveis. O tipo de lubrificagio aplica-
da, o refrigerante utllizado, a Uéncia de proposta, o diAmetro dos

e )

cilindros de trabalho sf8oc algumas destas variaveis. O modelo considera a
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seqliéncia de passes proposta e utiliza como uma das condigBes de contorno a
distribuigdio de temperaturas na chapa. Quanto as demais variaveis envolvidas
serd necessario que se faga um estudo mais detalhado de sua influéncia no pro-

cesso de laminagfo.

A condigio de planicidade da segio transversal da chapa poderd ser avaliada
através do coroamento calculado para as duas hltimas cadeiras do TCM. Os valo-
res de coroamento das chapas estio entre 1xI0 mm (min.) e 4x10 “mm (max.).
Comparando tais resultados com aqueles fornecidos pela literatura [12] obser-
va-se que estdo dentro dos padrdes adotados industrialmente.

MODELD

6251 CJ USIMINAS

-

aa
~
W -
ry
»

6
BOBINAS

Figura 9. Estudo comparative das produtividades

A préxima fase desta andlise & o confronto entre a produtividade obtida pelo
modelo e aquela fornecida pela USIMINAS. A Figura 9 mostra um estudo compara-
tivo destes resultados. HA um aumentc médio na produtividade de aproximadamen-

te 147 em relacglo Aqueles obtidos pela indastria.

CONCLUSOES

Dentro dos padrdes estabelecidos, a aplicago do presente modelo parece suge-

rir giiéncias de p com as seguintes caracteristicas:

. aumento na produtividade;
. diminuigBc do consumo especifico de energia;

. melhoria do acabamento superficial das chapas.
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ABSTRACT

Tests were made toc study the use of surface roughness as a lool life
criterion. The influence of feed and cutting speed in the surface roughness
was also studied. A large variabllity in the tool life was observed, when the
surface roughness is used as a tool life criterion. This variability is
probably caused by the variability of the groove wear.

Keywords: Surface Roughness *+ Turning - Metal Cutting - Tool Wear

RESUMO

Uma série de ensalos foram reallzados para a verificacdo da possibilidade de
se utilizar a rugosidade como critério de fim de vida em operacdes de
torneamento de acabamento. Os ensaios foram realizados em aco AISI W15 com
ferramentas de carboneto de tungsténio sem cobertura. Os resultados mostraram
que existe uma variabilidade muilo grande no processo de formagdo da
rugosidade superficlal em funcdo, provavelmente, da variabilidade na formacio
do desgaste em sulco da superficie lateral de folga. Tal constatagdo sugere
que a utilizagdo de modelos matematicos para prever a rugosidade superficial
e consegilentemente, a vida da ferramenta, quando esta & usada como critéric de
fim de vida, ¢ de dificil execugdo. Estudos também foram realizados para
determinar a Influéncia do avango e da velocidade de corte na rugosidade
superficial. 0s resultados mostraram que a rugosidade cresce com ¢ avanco, em
concorddncia com os cdlculos tedricos,e que a rugosidade superficial varia em
torno de uma constante, para diferentes velocidades de corte, mesmo quando
estas atingem valores muito altos (acima de 300m/min). A variabilidade da
rugosidade superficial, entretanto, se mostrou bastante elevada e crescente
com o aumento da velocidade de corte.

Palavras-chave: Rugosidade Superficial - Torneamento - Usinagem dos Metais -
Desgaste de Ferramentas de Corte

Submetido em Fevereiro/B9 Acelto em Julhos89
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INTRODUCTION

The abtention of machined surfaces with low surface roughness Is a daily task
of Manufacturing Engineers., In order to adequately perform such task, the
Engineer needs to answer some questions, as follows: What are the best
machining conditions to get low surface roughness and economic machlnlng;z‘ What
is the best tool to be used? Which is the best moment for changing tools?

This paper deals with some of the above aspects. Firstly, a method was
established to supply a previous determination of tool life using surface
roughness as criterion. Secondly, the influence of the cutting speed and feed
in surface roughness was studied for cutting speeds higher than those normally

used.

SURFACE ROUGHNESS AS A TOOL LIFE CRITERION
Cutting tools must be changed when [1], [2]:

a) the tool wear Is so high that a catastrophic failure of the cutting edge is

expected;

b

—

temperature rise, caused by tool wear, causes melting of the cutting edge;

c) it becomes impossible to keep the workpiece within the specified tole-

rances, due to wear of the clearance surface;

d

—

the surface roughness of the workpiece is higher than especified;

e) the rise in cutting force, caused by tool wear, becomes inconvenient.

As a rule, in finishing turning, the tool wear is not so high to cause a
catastrophic failure of the cutting edge or to cause an excessive rise of the
cutting force. The correction of topl position to keep the workpiece di-
mensions within the tolerances, allows for the use of surface roughness as an
adequate tool life criterion for finishing turning. One problem of such tool
life criterion is to determine when the workpiece is out of the especified
tolerance for the desired surface roughness.

1. Flank Wear (Wear Land)
2. Crater Wear

3. Primary Grooeve

4. Secondary Groove

5. Inner Chip Notch

Figure 1. Type of wear forms on carbide tools
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Figure 2. Ra, Rmax and Vb x cutting length {lc)

This can be determined as follows:
a) using on-line sensors for surface roughness;

b) comparing the part surface roughness with a standard surface, using the
operator sensivity [3];

¢) determining in advance, the number of parts to be machined,

The procedure described in "a" is the most accurate but, for economical
reasons, it is less attractive, at least in Brazil. The procedure described in
“b" is less accurate. The possibility of using the procedure described in “c"
will be discussed in this paper.

The surface roughness of machined parts increases with the length of cut, due
to flank and groove wear (Figure 1) [4], [5].

Figure 2 shows that the surface roughness Increases with length of cut but
this Increase does not occur at a constant rate [4].

The dispersion of the values of surface roughness, even when the samples are
machined at controlled machining conditions, is very large due to some factors
[4]:

a) stiffness and stability of the system machine-fixture-tool-workpiece;
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b} chance
c) BUE and side flow
d) non-homogeneities in tool and workpiece materials

INFLUENCE OF FEED AND CUTTING SPEED IN SURFACE ROUGHNESS

Cutting speed and feed influence such phenomena as BUE, tool wear, side flow

and machine-tool vibration, cause the surface roughness of the workpiece [6]).

Feed also gives some contribution to the geometrical characteristics of
surface roughness. Figure 3 shows an amplified view of the tool. Three para-

meters can be defined;

. nose radius (r=0T)
. tool cutting edge angle (Kr)

. minor tool cutting edge angle (Kr')

When the nose radius Is large and feed is small the maximum theoretical

surface roughness can be determined by the expression (Figure 4] [5] [10]:

Figures 3 and 4. Amplified view of the tool

tmmirey T

AT Rinam

Figure 5. Values of Rt and Rth x cutting speed (ve)



Surface Roughness 175
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By analysing Figure 4, it can be demonstrated that equation (1) is valid when
£/2<EH or,

0(%(2-9enKr

In the same way, the theoretical Ra can be calculated [4]

z

. (i
Rath 31.3¢0 (2)

Figure 5 shows the relationship between Rt and cutting speed for different
feeds. The surface roughness decreases rapidly with the cutting speed until it
reaches a stabilized wvalue. The speed for the stabilization of the surface
roughness increases when feed decreases. This shows that the lower surface
roughness obtained in the region of stabilization is caused by the elimination
of the BUE.

Figure 6 shows that the behaviour of Ra is similar of that of the Rt.

The variation of surface roughness in cutting speeds larger than those where
BUE appears, could be caused by self-exciting vibrations of the system [7].

METHODOLOGY

The material of the machined workpieces was 1045 AISI steel. The hardness of

the parts was measured to check for homogeneity.
The dimensional characteristics of the machined parts are shown in Figure 7.

Standard tools (ISO) were used with the following specifications:

. Tool Holder: CKJNE 2525M16
. Insert: KNUX 160410R1l P10

Each tool was used to machine 50 workpieces with feed f=0.15mm and cutting
speed ve=350m/min (depth of cut ap=0.6mm). This test was repeated four times
and the surface roughness was measured three times for each part in order to

check for variability of the process.

Tests were done in order to check for the influence of the feed and cutting

speed in surface roughness. Twenty one tests were performed with the following
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conditions:
1 Tmm/rey
\ o 02
4 o
£ .
Y
&3 K
0.1
18 e
o 08 o
ik .
o 100 360
Yo m/min
Figure 6. Values de Ra x cutting speed (vc)
50 50
i = il ==
Figure 7. Characteristics of the parts machined
. f = 0.15mm , vc = 200m/min (three times, ten pieces)
. f = 0.15mm , vc = 275m/min (three times, ten pieces)
. =0.15mm , vc = 425m/min (three times, five pieces)
. f =0I5mm , vc = 38m/min (twice, five pieces)
. f = 0.15mm , ve = 310m/min (twice, live pieces)
. f = 0.5mm , vec = 235m/min (twice, five pieces)
. =0,10mm , ve = 350m/min (three times, ten pieces)
. [ = 0.20mm , vc = 350m/min {three times, ten pieces)

Each test was performed with a new tool, that is, the tool was changed in each

test.

The surface roughness meter used was a PERTH-O-METER and the sampling length
was Smm and the tests were done in a CNC lathe with 30HP,
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RESULTS AND DISCUSSION

Tool Life Variability. The results of the four tests performed in order to
verify the tool life variability are shown in Figure 8. For each test the
average of the three measures performed was plotted. The procedure to
determine the tool life is described below.

3
34

3,24
3 =
2,81

| 8 i5 22 29 36 43
ATESTI OTEST2 «TEST3 0O TEST 4
No. OF PARTS

Figure 8. Relationship between Ra and number of parts machined

A straight line as fitted for each set of values obtained for each test using
linear regression procedures. With these equations the Ra was obtained for a
specified length of cut (number of machined workpieces) as well as the confi-
dence intervals. The results are shown in Table | and Table 2 (97.5%2 confi-
dence interval).

Analysis of R-square and of the residuals were done in order to check the for
adequacy of the fitted model.

The results showed a tool life variability when Ra is used as a tool life
criterion, even in laboratory conditions. This fact suggests that such
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variability can be larger in industrial environment where the conditions are
more poorly controlled. It can be concluded that it s difficult to develop
models to determine in advance tool life in finishing turning.

The observed variability of the groove wear suggests that (it could be
responsible, in some way, for the variability of surface roughness (Figure 9).

The difficulty in obtaining reliable models to determine tool change
intervals, suggests the use of standard surfaces in order to make it easier to
determine the tool change interval to the machinist [3), This method however,
needs to be more throughly studied.

Table 1, Regression Analysis Results

b0 sSD (b0) bl SD (bl) R-Squared
Test 1 1.085 0.031 0.024 0.001 0.78
Test 2 1.475 0.027 0.025 0.001 0.83
Test 3 1.66] 0.030 0.015 0.001 0.58
Test 4 1.062 0.040 0.049 0.001 0.8B9

Table 2. Ra Values for 20 and 40 Parts Machined

20 Parts 40 Parts
Test 1 1,57 40,36 2.05 £ 0.40
Test 2 1.97 £ 0.32 2.46 £ 0.35
Test 3 1.96 £ 0.36 2.26 t 0.40
Test 4 2.04 + 0,48 3.03 + 0.52

Influence of Feed and Cutting Speed on the Surface Roughness. Figures 10 and
11 show the relationship between the surface roughness (Ra) and feed and
cutting speed. Each point plotted is the mean of the Ra values obtained in ‘the
first workpieces of each test, This was done in order to avoid the influence
of the tool wear.

In this work, cutting speed values used were larger than those where there is
a stabilization of the surface roughness, and were also larger than the
cutting speeds already tested, in accordance with the literature.
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Test 3 - S0 Parts Test 4 - 10 Parts

Test 4 - 20 Parts Test 4 - 30 Parts

Test 4 - 40 Parts Test 4 - 50 Parts
Figure 9. Groove wear in the four tests
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Figure 10. Ra x cutting speed (average values)
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Figure 1I. Ra and Rath x feed (average values)

It was observed (Figure 10) that Ra stays around an mean valoe, but the
dispersion around this value is very large. It was observed that the value of
Ra for vc=350m/min is almost twice the value of Ra for vc=275m/min. This
suggests that the dynamical phenomena are very important in finishing turning,
and that it is necessary to carry out tests on the system used In order to
choose the adequate cutting speed to get low surface roughness.

For the conditions tested, it was observed that the best suitable cutting
speed to get low surfage roughness is around Z7Sm/min,
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It was also observed (Figure 1l) that Ra increases with the feed and that the
actual Ra becomes close to the theoretical Ra. This suggests that the value of
Ra would be lower if feed and nose radius values were increased in order to
keep constant the value of the theoretical Ra. This would be very interesting
because it is possible to get lower surface roughness with a faster rate of
chip removal.

CONCLUSIONS

In finishing turning of AISI 1045 stee]l with uncoated carbide tools it can be
concluded that:

. The surface roughness increases with the cutting length,

. The use of mathematical models in order to predict the tool change interval
becomes cumbersome due to the surface roughness variability as a function of
length of cut.

. The surface roughness variability was, in some way, caused by the variabili-
ty of the groove wear.

For cutting speeds in the region of the stabilization of the surface rough-
ness (after the cutting speed at BUE is eliminated) the surface roughness
varles around a straight line, but with a large dispersion.

. There is an increase of surface roughness with feed and, for high feeds, the
actual surface roughness becomes closer to the theoretical surface rough-

ness,
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