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FINITE ELEMENT INCREMENTAL CONTACT
ANALYSIS WITH VARIOUS FRICTIONAL
CONDITIONS

ANALISE INCREMENTAL POR ELEMENTOS FINITOS
DO PROBLEMA DE CONTATO COM VARIAS
CONDICOES DE ATRITO

Alabadan Azeddine

Laboratoire de Mechanique Appliquee, Associe au C.N.R.S.
Universite de Besancon, Faculte des Sciences et Techniques
Route de Gray — La Bouloi — 25030 Besancon

ABSTRACT

The use of contact components such as gear leeth in mesh in machinery or the
foundation-soil interface is very common 1n engineering practice. This paper deals
with the development of theoretical method whg:'ch gives a solution for non-linear
contact problems with irreversibility resulting from stick-slip phenomenon. The
method 13 based on the finite element method ‘and load incremental theory. The
geometric and the static boundary conditions on contact surfaces are treated as
additional conditions independent of stiffness equations. As a result, the algorithm
is simplified and only the part of the solution pertaining to the contact surface is
required at each step. Furthemore, the magnitude of load causing a change in a contact
condition o{ one contact node-pair i taken as a load increment, in analogy with the
incremental ilerative J;rocedure for elastic-plastic problems. T}zewfom, e method
provides a general and efficient method for analgxis and design o!{ such fmb!ema. As
illustrative examples, the stik-slip behaviour of the hertzian model and other problems
are discussed. The calculated results show a reasonable agreement with ezperimental
data and other solutions.

Keywords: Contact s Friction w» Stick-Slip Model s Finite Element Method =
Incremental Procedure

RESUMO

Em engenharia é muito comum a ocorréncia de problemas de contato. Em engenharia
mecdnica, por eremplo, este tipo de problema surge em maquinarias dotadas de
rodas dentadas, ¢ em engenharia ciuif na interagcdo solo-fundagdo. Este trabalho
trata do desenvolvimento de um modelo tedrico para a solugdo de problemas de
contato ndo-lineares relacionados com processos irreversiveis decorrentes do fendmeno
de aderéncia-escorregamento, O modelo é construido utilizando-se o método dos
elementos finitos e um procedimento incremental de carregamento. As condigbes
de contorno geomélricas e estiticas nas superficies de contato sdo tratadas como
condigbes adicionais ao problema de equilibrio. Como consequéncia o algoritmo €
simplificado, € somente a parte da solugdo relacionada com a superficie de contalo
é rgguerida em cada passo. Além disso, a intensidade de carga responsdvel pela
mudanca nas condigoes de contato entre um par de nds € tomada como incremento

e carga, em analogia com esquemas iterativos incrementais usados em problemas
elasto-pldsticos. Desta forma o modelo proposto conduz ¢ um método geral e eficiente
para a andlise desses problemas. Como ezemplos ilustrativos o comportamento da
aderéncia e deslizamento do modelo de Hertz e outros problemas sdo discutidos. Os
resultados calculados mostram uma concordancia razodvel com dados ezperimentais e
outras solugdes,

Palavras-chave: Contato s Atrito s Modelo com aderéncia e deslizamento s Método
dos Elementos Finitos s Esquema Incremental

Submetido em Maio /89 Aceito em Fevereiro/90
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INTRODUCTION

Structural applications frequently involve mechanical contact situations in
which friction cannot be ignored. Accurate stress and strength analyses of
such structures require careful investigation of the frictional contact conditions.
Failure is often precipitated by stress concentrations at the contacting surfaces
and can be aggravated by the degree of roughness of these surfaces.

This paper desecribes simple and easily adaptable iterative finite-element
techniques for solving frictional contact problems without the need for any
particular constitutive model or special element in the contact region.

Our approach uses neither variational inequalities nor special mathemati-
cal programming techniques, employing only the conventional finite-element
method involving incremental loading and constant-strain isoparametric ele-
ments. Finite-element concepts are used to evaluate the displacements of a
known boundary value problem associated with a structure under frictional
contact and differential loading. Boundary conditions at the {rictional contact
area are satisfied by iteration from the determined displacements. These dis-
placements caused by incremental loading are stored and used to deform the
structure to its current geometry. Successive incremental loading is applied
until the total load (Sum of the differential loads) is achieved, or until the
structure fails according to some strength criterion. As demonstrated in the
cited examples, geometric nonlinearity can be handled accurately and relia-
bility enhanced by using appropriate mixed coordinate systems. The method
is simple and contains logical steps for establishing the contact area and the
regions of slip and nonslip.

PROBLEM DESCRIPTION

All small letters are vectors, all large letters are matrices, greek letters are
scalars. Index n,t refers to the contact directions, index i to one element of a
vector, refering to node 1.

Kiowns is:
ug displacements of all p~ssible contact nodes at load [actor 1 for the
applied loading
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S flexibility matrix containing displacements of all nodes caused by
unit pressure on any other node in contact and friction direction

K  compliance matrix (K = §~1)

d  tolerance for all nodes in contact direction

Unknown is:

u displacements of a possible contact nodes at any load factor
considering the conditions for this load factor

o  stress at all possible contact nodes at any load factor considering
the contact conditions for this load factor

f  tractions at all possible contact nodes

BASIC GOVERNING EQUATIONS

The system of equations governing the contact problem for a certain load factor
a can be split into contact and friction direction:

and

—

Un = augn + S‘I‘lﬂfﬂ. i o Sn!ft}

{crn = aoon + Knnon + Kniot
ug = augy + Senfu + Sufi

Ty = a0t -+ K;nan -+ h.uO'g
with op = oi;n;n; and oy = oyjn; - ogninn;
For nodes not in contact;

known: ¢, =0, 64 =0

unknown: uy,, u

For nodes in contact and sticking |a¢| < plox|:

known: u, = d
uy = value at start of sticking

unknown: ay, oy

For nodes in contact and sliding |o¢| = puloy|:
known: u, =d

lot] = plon|

unknown: ug, op
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The main problem is to determine for each load factor which nodes are in
contact and which nodes are sticking or sliding. At a certain load factor it
is assumed that all nodes which are in contact are sticking and the contact
tractions are determined. If these tractions show that certain nodes will be
sliding, then the condition |o¢| = p|e| is set for these nodes and the solution
repeated until all nodes satisfy the friction condition.

In addition it is necessary to determine if any node changes from sticking to

sliding during the next load step in which no change in the contact condition
occurs.

ALGORITHM STEPS

Rigid/Elastic Contact

Load factor ag=0 :

aﬂ:O,c?:D,uﬂ:U,u?zG (1)
Load factor c:{ =1

a',ll =0, crll =0; u}: = UQn, ‘Ué = upt (2)

Determine the load increment Aa at which the first contact occurs for each
node i:

Aa; = d;fu;, (3)

The smallest positive Aa; is the load increment Aa where node i comes into
contact.

Now the solution is sourht at the new load factors a® + A and 2(a® + Aa)
to interpolate (or extrapolate) for a ciiange n the contact or friction condition.
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For a® 4+ Aa the solution can be found from the last step:

0_ .0 Aa 0

1
Uy = Uy + ———= (U, — U
n n a]—aﬁ(n n)
Aa
o_ .0 1 0
e St ok %)
with a® = a® + Aa (4)
0. .0 Ao 1 0
o =tat g o W —on)
Aa
0o_ 0 1 0
0’:—0’:+m(0't—0t]

For a! = 2a” the solution is determined for the some contact conditions as at
a¥ except that all contact nodes are assumed to be in sticking contact, because
if sliding contact were assumed as in the last step, it is would not be possible

to determine if there would be a change to sticking contact.

Snn fn + Snt ff =d - aluon
Stn fr + St f{ = we—alug e 3 ) (5)
and oij = Kijkt €kt

The goal is to have two solutions at a® and a! for the same contact and friction
conditions in order to interpolate (or extrapolate) for a change in the contactor
friction condition. The contact condition must be the same just before and
after a®, but the friction condition may change, therefore it is necessary to test
which nodes will slide just after &%, Nodes, which came into contact at load
a®(e¥, = 0) will slide during this load increment, if:

el > wlo, (6)

Nodes, which have been in contact already at a® (69, # 0) may be sliding at
al, but can be sticking just after a®. Therefore the solution at a® + ¢ with
€ — 0 must be mvestigated in order to determine if node will be sliding just at
the beginning of the load increment.
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Node i will slide at o® + ¢ if

|o% + e(cl — al)/(a —a®)| > plol, +e(oh, = o) /(' =%  (T)

Now the solution for a! can be found for the new conditions:
- For sticking nodes equation system [5] is used.

- For sliding nodes the following system is used:

1 1 1
Srm T o Smat = d_? Upn
1 1
Stn op + Sy — ug = = ug; s o',l,..u} (8)
and oy = I‘;’jkl‘ Ekl

o} = plol| sign of oy under sticking

Now steps (6) to (8) can be repeated until (6) and (7) are no longer satisfied
by any nodes.

To find the correct sign of the [riction o¢ for each sliding node, it is assumed
that the direction of ¢} is the same as under sticking condition just before.
But in some cases the direction might change. Therefore it is necessary to
check if the direction of &, for sliding is opposite to the direction of movement,
otherwise sticking is assumed for the next iteration.

Now the load increment A« can be determined, for which the next chage of
contact condition (closing or opening contact) will occur or for which a contact
node will change from the sticking to the sliding condition. Nodes which are
not in contact will come into contact for:

Aa;
0 i 1 4 i T
Ui _a] — (h‘.,"n — ul-n] = di (9)
Nodes which are in contact will loose contact for:
Aay;
0 1 1 0%
Oin + ol — .l (crin = Uin) =0 (IO)
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Nodes will go from sticking to sliding for:

Ao
1 0 0y _
Ot + Hoip + X ‘G(] (0':11 + Po"}ﬂ - ‘T?t . Po'in) =0
or (11)

5 Aa

4] ]! 1 0 | o LA
T — HOyn + % B (o-l't —HOy — O3t o ﬂ’ain) =0

The smallest Aa, form (9) to (11) is the next load increment. For all load
factors between a¥ and a® + Aa the solution can be interpolated and output,

if required.

If the highest load factor is not yet reached then the complete loop from (4) to

(11) will be repeated until the required load factor « is reached.

Two Elastic Body in Contact

The equation systems f{or two elastic bodies coming into contact is, with index
g 1

1 and 2 refering to the two bodies:
g

aog) + K101 + Kia0g

up = augy + Sy f1 + .5'12.('2} il {'71
uz = atgy + Su f1 + Saofq

o2 = aogy + K10y + K0,

Each equation can again be split up into the contact and friction directions.

For nodes not 111 contact;

known: oy, =0, 02, =0, o1, =0, 69y =0

unknown: uyy, wyn, tyy, tag

For nodes in contact and sticking:
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known: uy, — ug, =d
uyy — up = value at start of sticking
Tn = —=Fn, Ot = —01¢

unknown: oy,, oy

For nodes in contact and sliding:

known: uyp — ug, =d
love| = ploynl
02 = =01, T2n = —01In

unknown: uyg, ¢, Oin

The following change in variables allows the two body contact problem to be
converted to the same form as the one body in contact with a rigid obstacle:

Up = Ujp — U2p
Ug = Uy — Uy
Upn = Ulon — U20n
Upt = Uror — u20t

On = O1n

gL =01t

Now the solution can be made exactly as before form step (1) to (11), except
for these loadings a, where output is desired, in which case the displacements
and stress of each body must be calculated separately:

aoor + (K11 — K12) &1

uy = augy + (S11 — S12) fi } aiid {"'1
uz = augz + (S21 — S22) f2 o2

R,

aooz + (K21 — K22) €2
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NUMERICAL EXAMPLES
Hertzian Contact

A solid undeformed cilinder on a flat deformable platform is loaded by a point
load P, as shown in Fig. 1. The finite element discretization used is presented
in Fig. 2, with 8-node plane elements to represent the platform, for one-half
of the physical problem, due to symmetry. Figures 3 and 4 despict the mesh
deformed configuration and the normal stresses at the contact surface. It is
worth noting a good comparison of the numerical results with Hertz’s solution
without friction. Also, due to actual possibility of slippery condition a mesh
refinement is necessary at the contact edge region and a drop on the normal

stress results is observed.

\ £:1000 = v |
\ p=06 =

S

Figure 1. Problem physical description.



A. Azeddine

10

-

o

3 WV,(%W/A\%// éy/,@,vé@

L

‘Zf_

.ﬂ....
¢
2
I I
m
Py

RN 7 A N7 NS TN il r eSS .
]

Figure 2. Finite element mesh considered.
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Figure 3. Structure deformed configuration.

-\\"‘::‘
o o—2 o, with friction
| (X.E.F.C)
200 - St
e DY without friction
| (HERTZ)
150 =
100 =
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TR /2 a 6
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Figure 4. Comparison of contact surface normal stress destribution.
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Dovetail Joint

This example considers the arrangement shown in Fig. 5. The finite element
model used represents, due to symmetry, the shaded area shown and the
discretization employed is presented in Fig. 6. The element knematics employed
is the 2/D constant plane stress state for the triangle mesh discretization.
Maximum shearing stresses in the contact area are presented in Fig, 7 for both
Jjoint pieces. As observed the computed values for the larger values of stresses
are in fairly close agreement with the experimental results, except for regions at
the contact edege where slip condition may occur and its prediction is numerical
difficult.

© 9040000000000

Figure 5. Diagram of a dovetail joint.
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o R ¥

Pidce
fernelie

Piéce
male

'r!ip

Figure 6. Mesh of the dovetail.

CONCLUSIONS

The formulation of a general contact problem and the increment-type algorithm
presented in this paper give a general and efficient numerical method for
analysis and design of such problems.

The technique of contact provides a means of determining the distribution
of pressure and frictional force, or that of slip and clearence. With the aid
of a modified wave-frontal solution, it makes the algorithm simple and the
calculation efficient.

The technique to determine load increments employed in this paper seems
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T max (107 P2}
4

(a) Left face of the contact area

© s 1107 Pl

0.1%

A g8 imm

(b) Right lace of the contact area

Figure 7. Evolution of maxinunu shearing in the contact area. Dotted line:
measurements values; contiinons line: computed values
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to make available a means for performing analysis of non-linear, especially
irreversible contact problems.

The method has been applied to many realistic engeneering problems. Two of
them were chosen to show separately how the method could be applied to cases
of linearity, non-linearity due to change of contact region, with irreversibility
resulting from friction.

A good agreement has been obtained between the calculation and the
mesurements and other solutions.
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ESTUDO TEORICO DE MANCAIS
HIDRODINAMICOS CILINDRICOS

THEORETICAL STUDY OF CYLINDRICAL
HIDRODYNAMIC BEARINGS

José Antonio Riul

Departamento de Tecnologia Mecanica - CT
Universidade Federal da Paraiba

Joao Pessoa - Paraiba

Brasil

Valder Steffen Junior

Carlos Roberto Ribeiro

Departamento de Engenharia Mecanica - CETEC
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RESUMO

Este trabalho apresenta um estudo de mancais hidrodindmicos cilindricos visando
o cdleulo de seus coeficientes de rigide: e amortecimento, e a obtengdo do seu
comportamento quinto @ eslabilidude. Seque também uma andlise das equagoes
dindmicas do movimento, considerando-se diversos tipos de carregamento, para os
quats sao oblidus as drbitas da drvore.

Palavras-chave: Maucais Hidrodinamicos » Estabilidade

ABSTRACT

This paper presents a study of stiffness and damping coefficient calculations for
cylindrical hidrodynamaic bearings. Also, il aims to obtain the dynamical behavior
concerning the stabilily of the system. The dynamic equations of motion are analysed
under several loading conditions for which the orbits of the shaft are calculated.

Keywords: Hydrodynamic Bearings » Stability
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LISTA DE ABREVIATURAS E SIMBOLOS

Simbolo Descrigao

Cij Coeficiente de Amortecimento Adimensional

D, D, Diametro da Arvore - m

Dm Diametro do Mancal - m

E Razio de Excentricidade

Ey Excentricidade Adimensional do Centro de Massa
Fy Forga Hidrodinamica - N

Fix Componente da Forga Hidrodinamica (diregao z) - N
Fry Componente da Forca Hidrodinamica (diregao y) - N
Fy Carga constante atuante na Arvore (diregio z) - N
Fy Carga constante atuante na Arvore (diregao y) - N
Fy Carga Dinamica atuante na Arvore — N

H Espessura Adimensional do Filme Lubrificante

Ki; Coeficiente de Rigidez Adimensional

L Comprimento do Mancal - m

N. Velocidade Angular da Arvore - RPS

N/, Velocidade Angular do Mancal - RPS

Na Velocidade Angular da Arvore - RPM

Nm Velocidade Angular do Mancal - RPM

O, Centro da Arvore

Om Centro do Mancal

Omzy Sistema de Coordenadas Cartesianas Fixa

P Pressdo do Fluido - N/m

P Pressao Adimensional do Fluido

R, Raio da Arvore - m

Rom Raio do Mancal - m

S Nimero Adimensional de Sommerfeld

S4 Nimero Adimensional de Sommerfeld, quando
considerado efeito de Desbalanceamento

T Tempo Adimensional
W Carga atuante no Sistema Arvore-Mancal - N
W, Peso da Arvore - N
Wg, w, Cargas constantes Adimensionais atuantes
na Arvore
X Deslocamento Adimensional = z /¢

X ‘elocidade Adimensional = z/e
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Deslocamento Adimensional = y/¢

Velocidade Adimensional y/c

Deslocamento Adimensional = Z/L

Folga Radial - m

Coeficiente de Amortecimento -~ Ns/m
Excentricidade — Deslocamento Radial do

Centro da Arvore — m

Excentricidade do Centro de Massa da Arvore - m
Espessura do Filme Lubrificante — m

Coeficiente de Rigidez - N/m

Massa de Arvore — kg

Tempo - s

Deslocamento do Centro da Arvore (diregao z) - m
Velocidade da Arvore (diregio z) - m/s
Deslocamento do Centro da Arvore (dire¢ao y) - m
Velocidade da Arvore (diregao y) -~ m/s

Distancia ao longo da coordenada z - m

Posigao Angular de um ponto na Superficie

do Mancal - rad

Angulo que define a posigio de Equilibrio

da Arvore - graus

Posi¢do Angular da Carga atuante no Sistema — graus
Deslocamento do Centro da Arvore - m

Velocidade do Centro da Arvore - m/s
Deslocamento Adimensional do Centro da Arvore
Velocidade Adimensional do Centro da Arvore
Razao de Velocidades Angulares

Viscosidade Dinamica do Fluido — Ns/m
Velocidade Angular da Arvore — rad/s

Velocidade Angular do Mancal - rad/s

Parametro Adimensional de Velocidade

Posigao Angular do Centro de Massa da Arvore - rad
Razdo de Velocidades entre carga Dinamica e Arvore

19
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INTRODUCAO

Mancais hidrodinamicos representam uma classe importante de mancais,
largamente utilizados nos mais diversos tipos de maquinas e equipamentos. Em
problemas de identificagdo de parametros de maquinas rotativas, é fundamental
conhecer-se a influéncia dos mancais na resposta em regime permanente do
sistema. O filme de fluido é modelado por um sistema com caracteristicas
elasticas e viscosas, permitindo o cilculo da carga, da rotagdao, posigdo de
equilibrio, coeficiente de rigidez e de amortecimento do mancal.

O escoamento do fluido no interior de um mancal hidrodinamico é governado
pela equagao de Reynolds. Sommerfeld [1], resolveu a equagao de Reynolds,
considerando ¢ caso de um mancal infinitamente longo, desprezando o fluxo
de fluido na diregao axial. Ocvirk [2] em sua analise, considerou um mancal
infinitamente curto, sem o fluxo de fluido na diregao circunferencial.

Constantinescu [3], Ng e Pan [4], propuseram uma moficagdo na equagio de
Reynolds, que permite a determinagio das caracteristicas de um mancal com
regime de escoamento turbulento. O regime de transi¢do, entre o laminar
e o turbulento, foi estudado por Frene [5,6], sem considerar o problema de
desalinhamento que podera existir entre arvore e mancal. Nicolas [7] estudou
este caso e apresentou uma equagao que define a espessura do filme de fluido
quando considerado o desalinhamento. Harrison [8] deduziu expressGes para as
forgas provocadas pelo filme de fluido e Ocvirk [2] apresentou expressoes para
a carga aplicada, angulo de posigio de equilibrio, localizagéao e magnitude do
pico de pressdao em fun¢ao da razao de excentricidade.

Ono e Tamura [9] determinaram os coeficientes de rigidez e de amortecimento
para mancais infinitamente longos e Kirk e Gunter [10] calcularam os mesmos
coeficientes considerando mancais infinitamente curtos. Gunter [11] apresenta
mapas de estabilidade, considerando diversas geometrias e condi¢bes de
funcionamento,

Vérios autores tém procurado identificar os coeficientes de rigidez e de
amortecimento, a partir de dados experimentais. Arruda [12] cita os problemas
que ocorrem em consequencia do tipo de excitagao adotado para o sistema
arvore-mancal.
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Neste trabalho, a equagao de Reynolds é resolvida considerando um mancal
cilindrico com escoamento em regime laminar, fluxo de fluido nas diregbes axial
e circunferencial, utilizando-se ¢ método numérico das diferencas finitas para
determina¢ido do campo de pressio, Integrando-se este campo, obtém-se a
forga hidrodinamica e, através desta, sio determinadas curvas que definem o
nimero de Sommerfeld e posi¢ao de equilibrio da arvore em funcao da razao
de excentricidade, para diferentes valores da relagdo entre o comprimento e o
diametro do mancal (L/D).

Impondo-se pequenos deslocamentos e velocidades ao centro da drvore em torno
de sua posi¢ao de equilibrio, sdo calculados os coeficientes dinamicos, usando-se
o método das diferengas finitas centradas.

Através da linearizacdo das for¢as hidrodinidmicas resultantes, analisa-se a
estabilidade do mancal pelo critério de Routh-Hurwitz. Em seguida analisam-
se as equagdes dinamicas do movimento, com diversos tipos de carregamento,
considerando mancais radiais (horizontais e verticais) e obtém-se diversas
érbitas de drvores através da solugdo das equagdes dinamicas pelo método de
Runge-Kutta.

O presente trabalho visa a formalizagdo de um método analitico-computacional
para a simulagdo de mancais hidrodinamicos cilindricos de configuragao geral,
para servir de ferramenta no projeto e na andlise de maquians rotativas.

DINAMICA DO MANCAL HIDRODINAMICO CILINDRICO
Caracteristicas Geométricas do Mancal

O mancal cilindrico apresentado na figura 1, tem suas caracteristicas
geométricas definidas pelos seguintes parametros:

— Oy centro do mancal
— (Qa: centro da arvore

— e: excentricidade (deslocamento do centro da arvore em relagao ao centro
do mancal)

- ¢: folga radial

— h: espessura do filme de fluido
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- 6: posi¢ao angular de um ponto na superficie do mancal

- ¢: angulo que define a posigao de equilibrio da arvore.

Figura 1. Geometria do Mancal.

Considerando que a relagdao ¢/R,, é pequena e que nio ha desalinhamento
entre arvore e mancal, obtém-se a equagio da espessura h do filme de fluido,
na forma abaixo:
h(f) =c—z-cos(f) —y - sen () (1)
onde:
z=¢-cos(¢)

y=e sen(¢)
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Equacao de Reynolds para um Mancal Cilindrico

Um mancal hidrodinamico cilindrico, ao ser submetido a um carregamento
externo, é equilibrado pelo campo de pressao que surge devido a velocidade
relativa entre a arvore € o mancal, Classicamente, este campo é calculado a
partir da equagao de Reynolds (2) que vem das equagdes de Navier-Stookes [13]
e continuidade, ao se utilizar as seguintes hipoteses simplificadoras:

1- O fluxo de fluido é laminar.

2- As forgas de corpo e de inércia sio despreziveis quando comparadas com
as de pressdo e viscosas.

3- As variagoes do campo de velocidade através do filme sao muito maiores
do que as variagbes nas outras diregoes.

4- A viscosidade do fluido e constante.
5— A pressdo através do filme é constante.
6— A densidade do fluido é constante.

7- A espessura h do fluide é muito menor que o diametro (D) ¢ comprimento
(L) do mancal.

1[1 @8 (3 aP a (hd apr ah ah
| i § B S koA i sl ) = gribispme U 4y
6[&3 89(# aa)*ﬂz(p a)] (Wm +wa) Fg+25  (2)

A equagao (2) pode ser apresentada na sua forma adimensional, como segue:

. 0P a &P
K W+S(9) 8—€+W—G(0] (3)
onde: P(0.2) , o
- i i C 5 &
P= TN Az) + x= 4(93)

3K (0H h s &
W= (@) + F=5 + 2=%

_ 127

G(O) = 3

[(,\' —2aY )sen 0 — (Y + 2aX)cos 0
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L, ol ; z b
ot ¥l %= p Bt
[ c Cly Wy
wa
0 = =—
Wy T @

A equagdo associada as condigoes de contorno dadas (4) e (5), apresentadas a
seguir, permite a determinagio do campo de pressao do mancal hidrodinamico
cilindrico.

P(0,0) = P(6,1) (4)
P0,2)< 0= P(8,2)=0 (5)

A condigao expressa pela equagao (5) impde que na zona inativa do mancal
a pressao nao contribui para sustentagio hidrodinamica, uma vez que o
escoamento € formado por uma mistura de ar e fluido lubrificante e a pressao

é da ordem da de vapor saturado do fluido, que é préxima da atmosférica.
O Modelo Numérico

A solugdo da equagao diferencial (3) em P é resolvida pelo método das
diferengas finitas. Para isto divide-se o intervalo de validade da equagao (3),

isto é,

em uma malha retangular de M x N poutos. Valores convenientes para M e

N situam-se em tortio de 30, Nestas condicGes tem-se:

A0 = 2x)(M =1)
AZ =1/(N—1)

Para um ponto genérico desta malha (/,J) tem-se o esquema da figura la.
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J A+ N
J w 0 E
J-1 S

-1 I I+ 1

Figura la. Malha de diferengas finitas.

€ usando a equagio (3), tem-se:
PoCo+ PNCy + PsCs + PyCw = G (6)

onde:

Co = —2k/A0? —2/A2?
Cg = k/A0% + S(0)/2A0
Cw = k/AG? — S(0)/2A8
Cn =1/AZ2
Cs=1/AZ2

Aplicando-se a equagao (6) aos pontos interiores do dominio, isto é, 1 < I < M
el <J < N, associada a condi¢iao de contorno 4:

P joy =PUI)| jou
1<J<N 1<T<N
J=1 1<I<M

J=N

obtém-se um sistema de equagdes lineares cuja solucio numérica é o campo
de pressio procurado. O método adotado para se obter esta solugdo é o
de aproximagoes sucessivas. Parte-se de um campo de pressio arbitrario,
usualmente nulo, e, através de iteracdes sucessivas, atualiza-se o campo via
equagao (6), isto &,

4 e g ) ! ) . (k-1)
P = pi* ”—u.=[POCD+P rGN+P5C-'5+PECE+PH,FCW—-G] /Co (7)

onde k indica a iteragdo ¢ w ¢ um fator de relaxagio situado entre 0 e 2 [14]).
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Para mancais cilindricos, experiéncias numéricas tem mostrado que w = 1.8 é
um valor adequado,

A condigdo de contorno (5) ¢ facilinente implementavel bastando impor P = 0
sempre que, em qualquer iteragio, P < 0.

A figura 2 apresenta um campo de pressao tipico obtido pelo processo descrito.
Nimero de Sommerfeld e Posicio

A forga hidrodinamica que sustenta a arvore em sua posi¢ao de equilibrio é
obtida integrando-se o campo de pressao, ou seja,

N —

= F](X,Y,x,}})

2wc?
e (8)
_ plwm + wa) RaI® , s
Fry = T (XY, X,Y)
onde:
o 1 r . 2,
FI(X,Y,X,Y)z-f P(8,Z)cos8 dbdZ
o Jo

e

e L p2x = =
Fo(X,Y,X,Y) = —/ P(8,Z)sen § d8dZ
0 Jo

No equilibrio a forga externa W iguala-se a forga de sustentagdo hidrodinamica
do mancal, isto €,
W4+ F,=0 (9)

O niimero adimensional de Sommerfeld [15], que é fun¢do das caracteristicas
geométricas do mancal (comprimento L, raio da arvore R, e folga radial ¢),
das condigdes de funcionamento (carga W e velocidade angular da arvore wg)
e propriedades do lubrificante (viscosidade dinamica u) é definido como

= FRELWa

T orclW

(10)
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No caso de desbalanceamento da arvore reescreve-se o nimero de Sommerfeld
como

pRIL
mefméyw,

Ny (11)

Conhecendo-se S, os dados geométricos do mancal, propriedades do lubrificante
e carga externa W, as condigdes de funcionamento X e Y estao definidas
impondo-se o equilibrio dado pela equagio (9). Esta equacdo é facilmente
resolvida através de um procedimento classico do tipo Newton-Raphson [16).

Coeficientes Dinamicos do Mancal

Na posi¢iao de equilibrio, impondo-se deslocamento e velocidade elementares
no centro da arvore, obtém-se os coeficientes de rigidez e de amortecimento
adimensionais linearizados através do método das diferengas finitas centradas
[17]. Como exemplo, para a determinacio de Ky e Cyzz, tem-se

B 5 (Fr(ﬁX);;:l(—ﬁX))
(12)
Y (F,(AX);;}(—AX))
onde o
Ss =S(E)

Estabilidade do Mancal

A analise de estabilidade independe do tipo de excitagao, interessando-se a
parte homogénea da equacao do movimento. Admitindo a arvore como sendo
rigida, a equagio do movimento em sua forma adimensional para pequenos
movimentos em torno da posi¢ao de equilibrio é dada por

[al D ] { “? } [C‘x ; C“\'lr] { J\.’ }
i, I - R
0 o ¥ Cyx Cyy Y

K K X 0
+[irx sor) (v} =10
f\yx Kyy Y 0
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onde

ik T . Y
X = y Y=2— | o=
ey

Cu=(57) e « Ku=(F) ki « ti=zyi LI=XY

Substituindo-se a solugdo proposta z = A - e, Y = B - e* na equagio (13),
obtém-se o seguinte polinomio caracteristico

a2 4 01 430% 4 (e Ag+ A2) A2+ Ad+ 49 =0 (14)

e Ag, A1, Az, Az e A4 sdo constantes obtidas a partir dos parametros da equagao
(17

A aplicagao do critério de Routh-Hurwitz [18] impde a seguinte condi¢ao de

estabilidade
Ay-A;-As
< 15
“’E-\/A?-AI-A;.,-A,.J,AD-Ag (15)

onde
mc

wE=‘/a1 = Wwg W

Apresentagao de Resultados

Para a determinagdo dos resultados que serdo apresentados, foi elaborado um
programa computacional em Fortran, para o célculo do campo de pressao,
numero de Sommerfeld, coeficientes dinamicos e estabilidade do mancal.
Procura-se a seguir mostrar o comportamento do mancal para varias condigGes
operacionais. A figura 3 mostra a variagao da capacidade de carga do mancal
em fungado da razao de excentricidade da arvore para diversos valores de L/D,.
Pode-se observar que a capacidade de carga do mancal aumenta (S diminui)
com o aumento da razdo de excentricidade e com o aumento de L/D,;. A
figura 4 mostra a variag¢ao da posigao de equilibrio da arvore, quando submetida
a um carregamento vertical W, para diversos valores de L/D; e em fungio
da razao de excentricidade. Observa-se que a medida que L/D, aumenta,
¢ também aumentda e, para um determinado valor de L/D,, o angulo ¢
diminui com o acréscimo de E. Estes resultados foram comparados com
valores de referéncia [19] e as curvas se superpdem. As figuras de nimeros
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5 a 12, mostram os coeficientes dinamicos e como estes sio determinados em
fungdo do nimero de Sommerfeld mostrado na figura 3 e pelo método das
diferengas finitas centradas, método este também utilizado na referéncia [19].
As curvas do referido autor também superpdem-se a estes resultados. A curva
de estabilidade da figura 13, define as regides estdvel e instavel da arvore através
do parametro adimensional wg que é fun¢io da velocidade angular da arvore,
tipo de carga atuante no mancal e folga radial. Através dessa curva pode-
se analisar a estabilidade para diferentes tipos de carregamento. Gunter [10]
apresenta curvas de estabilidade tanto para mancais curtos, onde se despreza
o fluxo de fluido na diregao circunferencial, como para mancais longos onde o
fluxo é desprezado na diregao axial. O resultado mostrado na figura 13 é para
a relagao L/Dg = 1.0, ou seja uma situagao intermediaria entre mancal curto
e longo e estd entre as curvas da referéncia acima citada.,

n

[ LYD = d.25

1E_02 T T T T T = T T T
0.10 0.20 0.30 0.40 0.50 0.60 0.70 0.80 0.90
E

Figura 3. Variagio do Nimero Adimensional de Sonunerfeld (S) em funcao da
razao de excentricidade (£).
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Figura 4. Variacio da Posicio de Equilibrio (¢) em fun¢do da razao de
excentricidade (E).
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Figura 5. Variagio do Coeficente Adimensional de Rigidez (K y x ) em fungao
da razao de excentricidade ( £).
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Figura 6. Variagao do Coeticente Adimensional de Rigidez (Ky y ) em fungio
da razao de excentricidade (E).
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Figura 7. Variagao do Coeficente Adimensional de Rigidez (K yy ) em funcao
da razao de excentricidade (£').
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Figura 8. Variagao do Coeficente Adimensional de Rigidez (/K xy) em funcdo
da razao de excentricidade ( E).
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Figura 9. Variagao do Coeficente Adimensional de Amortecimento (Cy x) em
fungdo da razao de excentricidade (E).
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Figura 12. Variagao do Coeficente Adimensional de Amortecimento (Cyy) em
fungao da razao de excentricidade (E').
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Figura 13. Curva da estabilidade em fungao da razao de excentricidade (E).
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DETERMINAGCAO DE ORBITAS: MANCAIS HORIZONTAIS E
VERTICAIS

Considerando a arvore desbalanceada, tem-se as equagdes dindmicas do
movimento na forma

m(# — w2 coswt) = (ZFL
(16)
m(y — £,w? sen w,t) = (z F)y

Substituindo as forgas atuantes na arvore, e adimensionalizando a equacao 16,

tem-se
X = E,cos T+ Ay cos(nT) + A Fy (XY, X, Y) + W,
(17)
Y = Eysen T+ Ay sen (nT) + AQFQ(X,Y,X,Y) + Wy - ;5—2-
(1§
onde
Fy ulq LE(‘-'-'a +wm) £y
M= —: s E,=—
' mew? A2 2rmedw? P
F. F, why
Wy = e = Y = =
% mew? ' ¥ mew? ' E s T

Utilizando-se os métodos preditor-corretor combinados com Runge-Kutta [20],
chega-se as drbitas desejadas. Para a obtengao das drbitas mostradas nas
figuras 14, 15 e 16, considerou-se os seguintes parametros fixos:

Viscosidade do fluido: u = 0.079 Ns/m?

— Comprimento do mancal: L = 20.0 mm

|

Diametro da arvore: Dy = 20.0 mm

Folga radial: ¢ = 100 um

Rotagao do mancal: Ny, =
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Figura 14. Orbita de Arvore Horizontal Balanceada (Na = 4.500 rpm,
W,=140 N, L/D =1.0).
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Figura 15. Orbita de Arvore Ilorizontal Balanceada, com carga externa
constante (N, = 6.685 rpm, W, = 140 N, L/D = 1.0, F, = —-280 N).



38 J.A. Riul, V.Steffen Jr. e C.R. Ribeiro

0.40 3 = — ‘_‘_ I -—4‘,__,_;:_.
e O TS
0.15 AL
. 3 e L I
- J|f L~ I
> —0.10 T A b il i
= Y : :
-~ 7 7
- ; k [ % - / // /r;/ L
-0.35 _|-_ \\‘ ] —‘S-c:‘_j_,x—’ ]
: = L
—0-60 " LB L] l L LS ] LU DN D O R N N D N B N B ) l_l
-0.20 -0.00 0.20 0.40 0.60 0.80

Figura 16. Orbita de Arvore Horizontal Desbalanceada (N, = 6.685 rpm,
Wo=140N,L/D=10, E4=0.2).

CONCLUSAOQO

Os métodos utilizados para se obter o campo de pressio, nimero de Som-
merfeld, posigao de equilibrio, coeficientes dinamicos e curva de estabilidade
do sistema, a partir da solugao da equa¢io de Reynolds, mostraram-se satis-
fatérios, quando se comparou tais resultados com os determinados através de
outras técnicas ou com aqueles obtidos analiticamente para casos particulares
(mancal longo ou curto).

A rotina computacional desenvolvida revelou-se uma ferramenta de analise
eficiente, tanto a nivel de projeto de mancais, comno para a analise do
comportamento dinamico de maquians rotativas em geral, suportadas por tais
tipos de suspensio.
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ABSTRACT

The purpose of this work 1s to study the scaller of surface roughness values of turned
workpieces in order to evaluate the possibility to predict turning tool life based on a
limit value of surface roughness, Besides that, the influence of the flank wear in the
surface roughness is also studied. Several turning tests were performed with AISI 1045
steel using several cutting speeds and feeds. In each test the values of Rq and Rmax
of the workpieces were measured until these values reached a limit value consid
the end of the tool hife. Moreover, when the tools were removed from the machine, the
flank wear was measured. One of the most important conclusions of this research is
that the tool life prediction using limit values of Rg and Rpax is a reliable procedure
and can be used under indusirial conditions.

Keywords: Surlace Roughness » Turning » Tool Life » Tool Wear

RESUMO

O objetivo deste trabalho € estudar a dispersdo dos valores da rugosidade superficial de
pegas torneadas a fim de avaliar a possibilidade de se predizer a vida da ferramenta
baseado em um valor limite de rugosidade. A influéncia do desgaste de flanco da
ferramenta na rugosidade superficial também ¢ analisada. Diversos ensaios foram
realizados usando o agco AISI 1045 com diferentes avangos e velocidades de corte. Em
cada ensaio os valores de Rq ¢ Ryax das pecas eram medidos até que estes valores
alcangassern um valor limite considerando o fim da vida da ferramenta. Além disso,
quando as ferramenlas eram removidas da mdquing, tinham seus desgastes de flanco
medidos. Uma das conclusées mais tmportantes deste trabalho € que a estimativa da
vida da ferramenta usando valores limiles de Ry e Rimax € um procedimento confidvel
e pode ser usado em condigées indusiriais.

Palavras-chave: Rugosidade Superficial » Torneamento = Vida da Ferramenta =
Desgaste da Ferramenta

Submetido em Mar¢o/92 Aceito em Maio/92
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INTRODUCTION

The determination of the exact moment to change the cutting tool in a
industrial shop floor is a task that, generally, has 'been carried out by
the machinist who accomplishes this task using subjective criteria as the
appearance of the tool and workpiece. In some cases wither the on-line
monitoring of the tool wear or the dimension and surface roughness of the
workpiece is used, but these processes still have limited uses.

Therefore, this work intends to study the scatter of the surface roughness values
in order to evaluate how reliable the prediction of tool life in finish turning
operations is.

The results of this work can be used in the non monitored processes to increase
the reliability of the determination of the moment to change the tool and can
also be a base to the study of the on-line monitoring of the tool life in the finish
turning operations.

SURFACE FINISH AND TOOL WEAR

Figure 1 [1] shows the wear zones on a typical turning tool. A given tool will not
always show all those wear zones and often one kind of wear will predominate.

The tool wear causes an increase of the workpiece surface roughness. The
relationship of flank wear and groove war with surface roughness will be
discussed now, since these tow regions of wear are the main responsible for
the increase of surface roughness.

a) Groove Wear — it changes the corner curvature and the sharpness of the
tool and also increases the side flow that influences the surface finish. Many
authors studied the mechanism of groove formation and suggested that the
strain specific energy involved is higher due to the plane stress of the chip
edges, which makes the groove formation possible [2].

The groove formation was studied by Pekelharing (1960) and Lambert (1961).
They concluded that it occurs in a decreased rate in speeds lower than
200 m/min. In higher speeds and temperatures this rate remains constant.
This suggests that the chip temperature must be above the recristallization
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Figura 1. Geometry of Tool Wear [1].

temperature to promote a fast groove formation. So they didn't find any

relationship between the groove formation and the built-up edge.

b) Flank Wear -~ many authors intended to study the relationship between
surface roughness and flank wear (V;). Sundaram e Lambert [3] after
many experiments with the AISI 4140 steel obtained the graphic shown
in figure 2. This graphic shows that there is an increased tendency of the
surface roughness at the beginning, a decreased tendency in the middle
region and again an increased tendency as the flank wear increases.
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Figura 2. RMS as a function of Tool Flank Wear [3].

The relationship among Rmax, Ra and V, with cutting length (lc) was studied
by Petropoulos [4], and the results for AISI 1060 steel are shown Figure 3.
This figure shows that R; and Rpmax increase Vj, reaches 0.2 mm. Above this
value Rmax oscillates around a constant value and R, oscillates as it increases.
Flank wear increases continuously until the moment of tool changing. This
fact proves that the flank wear formation is not enough to explain the surface
roughness increase with the cutting time.

SURFACE ROUGHNESS AS A CRITERION OF END OF TOOL
LIFE

The end of tool life occurs when the tool doesn’t perform the functions that it
should perform, while the tool total failure happens when a total destruction
of the cutting edge takes place caused either by the high values of wear or by
a catastrophic failure of the tool (breakage, crack and son on) [5].

In finish turning, because the wear can’t reach high values, the possibility of
tool breakage, high tool temperature or increased cutting forces are not reasons
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Figura 3. Ry, Rmax as a function of Length of Cutting [4].

for changing the tool.

So, generally, the criteria used to change the tool in finish turning are:
a) when the surface roughness reaches a value higher than the required value;

b) when, due to the flank wear, it is not possible to keep the required tolerances
in the workpiece [6], [7].

When item b) is considered, it must be remembered that the tool position can
be corrected whenever the worn tool produces workpieces whose dimensions do
not remain within the range of tolerances. Then, the surface finish can be a
suitable criterion to the changing of the tool in finish turning. The use of this
criterion is problematic because it is difficult to know the real value of surface
roughness at the floor, when the workpiece is being produced.
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This can be made as follows:
a) through the roughness measurement;

b) through the comparison between the workpiece roughness and a standard
workpiece that has the maximum roughness required in the workpiece
design;

¢) through the previous determination of the number of workpieces produced
until the maximum roughness is reached.

Item b) was tested by Yamamoto [8] using 50 mechanical engineers without
experience in this kind of work. The comparison was made through the tact of
the engineers that felt with their finger tips the difference in roughness between
the workpiece and the standard. Yamamoto concluded that this method would
be good when the people who are supposed to make the comparison acquire
experience in this kind of work,

For item ¢), an observation of the surface roughness scatter must be done as the
tool wears, i.e., it is necessary to know if the number of machined workpieces
in each tool life shows an acceptable scatter.

The goal of this work is to study procedures b) and c).
Surface Roughness Scatter Obtained in Turning

As we have seen the surface roughness of machined workpieces increases as the
tool is being used due to the increase of the flank and groove wear.

Even if the tool wear is kept constant, the surface roughness values obtained
under certain cutting conditions vary within a reasonable scatter, due to factors
as: a) chance; b) stiffness and stability of the machine-tool-fixture-workpiece
systern; c) built-up edge and side flow of the chip; d) variation of the properties
of the tool and of the workpiece [4].

Many authors [4], [9] studied the distribution of surface roughness in several
levels of flank wear and have concluded that its variation is close to the normal
distribution.
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Selvarn and Blakrishnan [10] studied the influence of cutting speed , feed and
rake angle the scatter of the surface finish and have concluded:

— In low cutting speeds, the scatter of the surface roughness is higher than in
high cutting speeds, because of the presence of built-up edge and side flow;

— In feeds within the interval 0.2 - 0.4 mm/rev the roughness profile is more
aleatory than in other ranges of feed due to the presence of both, BUE
and side flow. In higher feeds, the marks of the feed in the workpiece are
predominant in the roughness profile, causing a higher periodicity;

— The roughness profile is more aleatory when the cut is made with negative
rake angle rather than positive rake angle.

MATERIALS, EQUIPMENTS AND EXPERIMENTAL
METHODS

The tested material was the AISI 1045. All samples were obtained from the
same manufactured bateh. A CNC lathe with 30 HP and very good stiffness
was used.

The Table 1 summarizes the conditions of the experiments. All experiments
were made with feed f = 0.25 mm/rev and depth of cut ap = 0.7 mm. The
insert and tool holder used were respectively: TPGR 160312 P10 (without
coating) and CTGPR 2020 K16. Feed and depth of cutting were chosen in
order to have a good chip formation. The combination nose radius-feed is
suitable for finish turning.

Figure 4 shows the sample used. The diameters before' machining were in the
range of 45 to0 45.5 mm and the diameter where the workpieces were fixed varied
from 40.5 to 42 mm.

Each workpiece was machined five times consecutively using ap = 0.7 mm. As
aresult, when the workpiece left the lathe it was T mm smaller in this diameter.
In each experiment with v, = 280 m/min, 12 workpieces were machined, with
220 m/min, 14 work pieces and with 340 m/min, 7 workpieces were machined.

The machinist compared the surface roughness of the machined workpiece to
the surface roughness of a standard which had Ry = 3.8um and Rmax = 21.2um
and decided when the workpiece reached those surface roughness values.
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Figura 4. Workpiece used in the experiments.

Table 1. Summary of the Conditions of the Experiments

Number of the Schedule ve(m/min) Number of
Experiment Workpieces
1 5 280 12
2 8 280 12
3 12 280 12
4 '+ 280 12
5 3 280 12
6 9 220 14
7 10 220 14
8 7 220 14
9 13 220 14
10 6 220 14
11 15 340 7
12 1 340 7
13 11 340 7
14 14 340 7
15 2 340 7
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The surface roughness of each workpiece was measured in six different points
and the tool wear was measured at the end of each experiment. A statistic
method [11] was used to test if the number of measured points of roughness
was enough. In some workpieces this method showed that six points were not
enough and, then, other 9 points were measured.

The scheduling of the experiments was randomized in order to avoid some
momentary or systematic errors at the same cutting speed. So, for example,
the experiment number one was not the first one to be done, but the fifth one,
as shown in table 1.

Each trial was made with a new edge of the insert.
RESULTS AND DISCUSSIONS
Scatter of the Values of Surface Inside Each Workpiece

In most tested workpieces it was necessary to measure the surface roughness
only in 6 points in order to have the average of surface roughness calculated
with 90% of confidence [10].

Due to the higher scatter in the measured values, in the experiments 4, 5
(ve = 280 m/min) 12, 13 and part of experiment 15 (v, = 340 m/min) it was
necessary to measure the roughness in 15 different points so that the average
could be represented with the same reliability.

In this work four factors that cause the scatter of the surface roughness with
the same values of tool wear were listed.

In item ? of the present case the items a) and d) listed in that item don’t apply
because of the highest scatters concentrated in the experiments with only two
cutting speeds (the 2 highest values). As the schedule of the experiments was
randomized, the tools and the workpiece material were obtained from the same
manufactured batch and the distribution of the workpiece material and edges
of the inserts were also randomized for each experiment, it is not probable that
the listed factors in items a) and d) concentrated only in 2 cutting speeds.
Item ¢) doesn’t apply either because neither built-up edge nor side flow took
place due to the high cutting speeds used. Then, it can be concluded that
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the large scatter of surface roughness values inside the workpieces in the above
mentioned experiments was caused by the use of high cutting speeds, once such
large scatter didn't take place only at the lowest cutting speed. Therefore, the
cutting speed influenced the vibratory process of the machine-tool-fixture-part
system (item ¢) and/or it influenced some phenomenon related to the process
of chip formation, causing the observed scatter.

Scatter of the Values of Surface Roughness among the Experiments
with Same Cutting Speed

Tables 2, 3 and 4 show the mean values of R; and Rmax for each workpiece
of the experiments made with v, = 220, 280 and 340 m/min respectively.
Each data of these tables is an average of roughness values of the 5 workpieces
with same number machined in the 5 experiments carried out with the same
cutting speed. The interval column of the tables was calculated using the
equation: Interv = 1.650, since it was supposed that these data follow the
normal distribution, where 90% of the values are inside the interval X + 1.650.

By analyzing these tables it can be seen that the scatter of values of R, is,
generally, higher than the scatter of values of Rax, except for the results
obtained with v. = 280 m/min, where the average of the values of o/R, is
very close to the values of o/ Rmax. This is explained by the fact that in order
to get the value of Rmax it is necessary only one peak and one valley inside
the sample length, while to obtain R, all the formed profile inside the sample
length is considered. Then, as any vibratory phenomenon or any phenomenon
related to the tool wear must influence all formed profiles, a higher scatter of
R, takes place. Then, it can also be thought that when v, = 280 m/min was
used, it was obtained the best situation to the process, at least regarded to the
vibratory process.

The highest levels of scatter happened with the highest cutting speed (ve =
340 m/min), which leads to the conclusion that, at a very high cutting speed
the phenomenon of scatter should intensify. Therefore, it was proved that high
cutting speeds also makes the process more aleatory. In item ? of this work it
was said that in cutting speeds just above the cutting speed where the BUE
disappears, the scatter of the values of roughness is smaller than when lower
cutting speeds are used. The results obtained here leads to the conclusion that,
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if the cutting speed is higher than the values in which the BUE disappears, the
process is randomized again, due to either, the dynamic phenomena of the

machine-tool-fixture-part system or the mechanism of chip formation.

In order to make a simulation of the suitability of the use of the surface
roughness as a criterion of tool life in finish turning, the following results were

taken as example (tables 2, 3 and 4):

a) situation of lowest scatter - v. = 220 m/min — values of Rpax — maximum
limit of Rpyax = 17Tum. In 95% of the experiments the surface roughness
didn’t reach the limit value until the 11th workpiece machined (only in
the 11th workpiece Rmax + 1.650 overcomes 17 um); with 14 workpieces
machined, 50% of the experiments didn’t reach the limit of roughness. Then,
in order to change the tool in reliable conditions (95% of confidence), the
tool life must be 11 workpieces, but many tools will be changed long before

they reach the limit roughness of the machined workpiece.

b) situation of highest scatter — v. = 340 m/min - values of R, — maximum
limit of Rq = 2.8 pm - tool life = 1 a 2 workpieces but with 6 workpieces
machined, 50% of the experiments didn’t reach R, = 2.8 pm.

These calculations were done accepting that the distribution of the surface

roughness in workpieces of the same number is normal.

Based on the above resuits it can be concluded that the use of a value of Rmax
both, as a criterion of tool life and as a limit value used in previous experiments
to establish the number of workpieces to be machined in each tool life is more
reliable than the use of values of ;. Ilowever, it can be verified that even if
Rmax 1s used, in order to have a good reliability in forecasting the moment of
changing the tool, many tools will be wasted or changed before (and sometimes

long before) the moment when the workpiece reaches the limit value of Riax.
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Table 2. Average of the values of R; and Rpax workpieces of same number —
Experiments from 6 to 10 — v, = 220 m/min.

Work Ra Rmax(pm) Interv o/R; Rmax Rmax(pm) Interv o/Rpa

piece 8 a

1.88  0.458 0.756 24.4% 12.1 1.300 2145 10.7%
202 0419 0.691 20.7 13.2 1.513 2496 115
208  0.398 0.657 19.1 13.5 1.007 1.662 7.5
213 0.436 0719 205 13.8 1.132 1.868 8.2
2.11 0.222 0.366 105 13.5 0.638 1.053 4.7
2.11 0.206 0340 9.8 13.7 0.480 0.798 3.5
243 0341 0.563 140 15.2 1.067 1.761 7.0
245 0325 0.536 13.2 148 0.782 1.290 5.3
239 0407 0672 17.0 15.1 0.327 0.540 2.2
10 237 0.326 0.579 153 154 0.838 1.383 5.3
11 239  0.286 0472 120 155 1.080 1.782 7.0
12 237 0357 0582 149 156 1.126 1.860 7.2
13 233 0.330 0.544 142 16.1 1.221 2.015 7.6
14 242 0.238 0393 98 17.0 1.809 2985 10.7

Mean 15.4% Mean 7.0%

O 00 =1 B LN =

Table 3. Average of the values of R, and R4« for workpieces of same number
- Experiments from 1 to 5 — v, = 280 m/min.

Work Ry Rmax(um) Interv o/Rs Rmax Rmax(pm) Interv o/Riq

piece s o

1 233 0.239 0.394 10.3% 14.0 10.13 1671  7.2%
2 235 0378 0.634 16.1 13.7 1.464 2416 20,7
3 226 0294 0485 130 134 1.272 2.099 9.5
4 235 0.212 0350 9.0 138 0.914 1.508 6.6
5 245  0.205 0338 84 15.0 1.173 1.935 7.8
6 237  0.189 0312 8.0 145 0.763 1.259 5.3
7 250 0.126 0208 5.1 155 1,227 2.025 7.9
8 258  0.146 0241 57 164 0.826 1.363 5.0
9 272 0235 0388 8.6 169 1.701 2.807  10.0
10 252 0172 0.284 6.8 169 1.760 2904 104
11 253 0.127 0210 5.0 166 2.110 3.481 12.7
12 2.61 0.133 0219 5.1 163 1.250 20.62 Tl

Mean 8.4% Mean 8.4%
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Table 4. Average of the values of R; and Ruax for workpieces of same number
- Experiments from 11 to 15 — v, = 340 m/min.

Work Ra Rmax(pm) Interv o/R, Riax Rmax(pm) Interv o/Rma
a

piece §

224 0.225 0.371 10.0% 13.5 2.230 3.679 16.5%
2.40 0.489 0.807 204 14.5 2.288 3775 158
248 0715 1.180 288 145 2.856 4712 197
278  0.786 1297 283 16.0 2,641 4358 165
274 0484 0.799 177 165 1.955 3.226 118
275  0.570 0940 207 17.0 1.979 3.2656 11.6
297  0.569 0.939 19.1 1838 2.665 4397 14.2

Mean 20.7% Mean 15.2%

=1 O O LoD =

Table 5. Forecast of tool life - Judgement made by the machinist — Standard:
Ry = 3.80 pm Rpax = 2.12 ym

Experiment Workpiece # o Roax
1 7 241 16.5
2 5 2.64 16.5
3 4 2.41 13.1
4 9 2.48 14.9
5 10 2.26 15.1
6 10 2.82 16.0
7 7 2.04 13.9
8 7 2.76 16.2
9 7 2.10 14.3
10 10 1.97 14.5
11 3 2.01 12.7
13 2 2.95 174
14 5 2.36 15.0
15 5 2.40 14.6

Other alternatives of using the surface roughness as a criterion of tool life are: a)
surface roughness monitoring in-process or out of the machine; b) comparison,
made by the machinist, between the roughness of the machined workpiece and
a standard, as it can be seen in the item III of this work.

Alternative a) is still very expensive and it is probably cheaper to waste tools
like in the method tested in this work than use this procedure.
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Alternative b) was also tested in this work. Table 5 shows the results obtained
in several experiments. Despite the facts that the machinist didn’t have
experience in this kind of work and that a higher number of machinist should
be tested in order to have more reliable results, an analysis of table 5 shows
that the use of previous experiments to forecast the tool life is more reliable
than the comparison of the roughness made by the machinist.

An alternative procedure to the proposed above could be to join the roughness
measurement with the forecasting of tool life based on the surface roughness.
There could be a surface roughness measuring instrument on the shop floor
destined to a group of machines, When the minimum number of machined
workpieces, calculated by using the proposed method is reached, the machinist
would begin to measure the surface roughness of the following workpieces (not
necessarily all workpieces) until the limit roughness is finally reached.

Influence of the Tool Wear in the Values of Surface Roughness

Analyzing table 6 the difficulty to establish a link between the values of V}, and
the values of R, or Rpax can be seen. Experiments 2 and 3 that resulted in
similar R, at the end, had very different Vj, values, the same happening with the
trials 8-10 and 11-13. Experiments 7 and 9 reached similar V}, and very different
Rga like experiments 11 and 12. Experiment 10, that showed the smallest V},
when v, = 220 m/min was used, was the experiment that showed the highest
Ry and Rmax among these experiments., This leads to the conclusion that the
increase of the roughness with time or cutting length is not only due to the
flank wear, but also to another kind of wear,

It seems more reasonable that the groove wear is more important in the increase
of roughness values because it measures the variation of tool corner shape, that
generates the roughness profile. After each experiment the tool was analyzed in
an optical microscope and in most of them, the groove formation was detected.

The values of Vy also showed a large scatter. This can be seen in the table 6
through the values of ¢/V}, all above 10%. The highest value of this parameter
happened in the same experiments that showed the highest scatter of R, and
Rmax. This leads to the conclusion that, if the flank wear presents this scatter,
other kinds of wear (groove wear, for example) will also present it and, therefore,
the tool is responsible for a great part of the roughness scatter.
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Table 6. Values of Flank Wear (V}) and roughness (R, and Rpax) for each
experiment,.

Experiment Vp (mm) Ry (pm) Rmax(pm)
1 0.209 2,57 16.9 Vi = 0.216mm
2 0.193 2.70 15.7 a = 0.0259
3 0.260 2.68 17.5 a/Vy =12%
4 0.214 2.40 14.4 ve = 280 m/min
5 0.203 2.72 16.9
6 0.184 2.46 15.6 Vi = 0.182 mm
7 0.196 2.42 14.8 o =0.0186
8 0.184 2.59 18.0 a/Vy =102%
9 0.197 2.02 17.1 ve = 220 m/min
10 0.151 2.61 19.3
11 0.293 3.09 21.8 Vy, = 0.317 mm
12 0.299 3.80 212 o = 0.0465
13 0.387 3.09 18.3 a/Vy, = 14.7%
14 0.338 2.94 17.7 ve = 350 m/min
15 0.268 2,53 16.7 ve = 350 m/min
CONCLUSIONS

Through this work, the following can be concluded:

— The scatter of the values of Rpax is smaller than the values of Kz, Then
the use of a determined Rpax value instead of a R, value as a criterion of
tool life and as a bases to forecast the moment of changing the tool, is a
more reliable method.

~ The forecasting of tool life based on limit values of Rmax and/or R, is a
more reliable method than let the machinist decide the moment to change
the toal using a standard workpiece.

- In high cutting speeds the scatter of the values of surface roughness is higher
than in the cutting speeds regularly used.

- There is no correlation between the values of flank wear (V,,) and the values
of surface roughness of the machined workpiece.

- The method of forecasting the tool life based on the limit value of surface
roughness proposed in this work can be used with the use of surface
roughness measuring instrunients in the shop floor.
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RESUMO

Sdo apresentados os resullados de um estudo erperimental sobre a influéncia da
geomelrio da ferramenta e condigoes de usinagem no acabamento superficial de
alumiinio faceado com diamante monocristalino. 0s melhores acabamentos foram
oblidos com ferramenta de facetas definidas com comprimento da aresta de corte

de 1,5 mm, posicionada 0,5° em relagio a superficie da pega. O avango mostrou-
se o pardametro de maior influéncia, com os menores valores de rugosidade obtidos
para 3,6 e 7,2 pm/volta. A profundidade apresentou pouca influéncia (dentro da
gama ensatada) e a velocidade de corte ndo apresentou influéncia. Observou-se que
a refrigeragdo correta da zona de corte é fator decisivo para a oblengdao de bom
acabamento.

Palavras-chave: Torneamento com Diamante s Torneamento de Ultra-Precisio =
Ferramenta de Diamante Monocristalino

ABSTRACT

The resulls of an erpertmental mvestigalion on the influence of the lool geomelry
and the culling purameters on the surface quality of Aluminium faced with single
erystal diamond lools are presented, The best surface qualities were oblained with a

facetted cutter with culting edge of 1,5 mm at a tool setling angle of 0,5°. The cutting
parameter of most influence was the feed, being the smallest values of roughness
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INTRODUCAQ

Por usinagem de ultra-precisio com diamante entende-se o processo de usi-
nagem no qual é empregada lerramenta monocortante de diamante monocristal-
ino obtendo-se pegas com desvio de forma inferior a 0,2 pm/100 mm e rugosi-
dade superficial inferior a 0,02 pm [7]. Para que isso seja possivel, deve ser
empregada maquina ferramenta de ultra-precisio dotada de mancais e guias
hidrostaticos, hidrodinainicos ou aerostaticos,

Inimeros fatores exercem influéncia na precisiao e no acabamento das pegas
usinadas com diamante. Esses fatores podem ser divididos em quatro grupos
[5,7], ou seja. fatores relacionados ao ambiente (variagdes de temperatura
e vibragdes externas), a maquina ferramenta (rigidez estdtica, dinamica e
térmica, precisio de posicionamento, repelibilidade, tipo de comando, precisao
do eixo arvore, sistema de medigao, frequéncias naturais, sistema de fixagio
da pega), ao processo (condigoes de usinagem, tipo do diamante, desgaste e
geometria da ferramenta, refrigeragao) e ao material da pega (pureza, estrutura
cristalina, propriedades térmicas, peso, rigidez).

Dentre os fatores citados acima, o presente trabalho se ocupa com a influéncia
das condigoes de usinagem (avango, profundidade e velocidade de corte) e
com alguns aspectos da geometria da ferramenta no acabamento superficial.
Trata-se da primeira fase de uma pesquisa sobre a usinagem de ultra-precisiao
com diamante monocristalino, cujos resultados deveriam fornecer subsidios
para a programagao da segunda fase, prevista para estudar a influencia do
comportamento dinamico da maquina sobre o acabamento.

Em relagao a geometria da ferramenta, sio recomendados para a usinagem de
metais nao ferrosos angulos de folga entre 2 e 5° e angulos de saida entre
0% e —59. Angulos de saida negativos seriam recomendaveis na usinagem de
materiais constituidos por uma matriz mole na qual existam inclusdes duras
(por exemplo, inclusdes de silicio em aluininio) [7]. O acabamento superficial
seria melhor quanto maior o raio de ponta da ferramenta (para usinagem
de superficies nao planas). Para aluminio, sio recomendados raios de ponta
entre 2 e 10 min na usinagem de superficies concavas e de 0,5 a 4 mm na
usinagem de superficies convexas [7]. Na usinagem de superficies planas,
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somente ferramentas de diamante com facetas definidas permitiriam a obtengao
de superficies espelhadas [3].

A influéncia do angulo formado entre a superficie da pega usinada e a aresta
de corte de uma ferramenta com facetas definidas (Figura 1) no acabamento
superficial também ja foi objeto de investigagao, tendo sido obtido o melhor
acabamento quando o referido dngulo era de —0,01° [11].

As condigdes de de usinagem recomendadas ou empregadas por diferentes
pesquisadores na usinagem com ferramentas de diamante monocristalino
diferem consideravelmente umas das outras. Em relagao 4 velocidade de corte,
que segundo Becker [1) exerce pouca influéncia no acabamento superficial,
podem ser cncontrados na literatura valores tio diversos como: 1500 a
45000 m/min (1), 300 a 860 m/min [13], 9 a 720 m/min {12}, 6 m/min (2],
450 a 990 m/min [8], 2000 m/min [5] ¢ 100 ¢ 1000 m/min [4]. Na usinagem de
aluminio, porém, existem faixas de velocidade dentro das quais pode ocorrer a
formagdo de aresta postiga de corte, o que pode ser evitado por meio de uma
refrigeragio eficiente da zona de corte [7].

Os avangos recomendados nao diferem muito uns dos outres, Sao encontrados
na literatura como valores Stimos ¢ pm/volta [12], 10 pm/volta [10] ¢ de 3 a
15 pm/volta [7]. Quando sac empregados grandes avanges, a rugesidade medida
na superficic usinada normalmente aproxima-se da rugosidade tedrica para
aquela condigao, o que ndo ocorre quando se empregam avangos pequenos. Este
fato seria devido & influéncia de vibragbes durante o processo, que provocariam
a deterioragio do acabamento superficial no caso de avangos pequenos, mas
cuja amplitude nio seria suficientemente grande para deteriorar o acabamento
no caso de avangos maiores [13), e & influéncia dos graos do material [7).

Aceita-se que quanto menor a profundidade de corte, melhor o acabamento.
Ndo existe unanimidade, porém, em relagao acs valores considerados otimos.
IPara a usinagem de metais nio ferrosos recomendam-se profundidades de | a
3 pm [7] e de 15 um [12], ji tendo sido citados valores da ordem de 0,0025 ym
[10]. Para profundidades desta ordem, propriedades do material como tamanho
de grao assumem grande importancia [2].

QOutro fator relacionado a ferramenta que influi no acabamento superficial é o
desgaste. Segundo Sugano & Takeuchi [12], existiriam na usinagem de aluminio
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ferramenta
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b

Figura 1. An_gu]o A formado entre a aresta de corte da ferramenta e a superficie
da pega. a) A positivo. b) A negativo. (Modificado de Nishiguchi et al. [11]).
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com ferramenta de diamante monocristalino quatro fases definidas de desgaste,
ou seja:
-~ de 0 a 100 Km usinados encontra-se a primeira fase de corte instdvel,
causado pelo inicio do desgaste da ferramenta;

- de 100 a 300 Km usinados encontra-se a primeira fase de corte estdvel
(estabilizagao do desgaste);

- de 300 a 400 Km usinados encontra-se uma segunda fase de corte instavel;
e

- de 400 a 900 Km usinados encontra-se uma segunda fase de corte estavel.

MATERIAL E METODOS

Os ensaios foram executados em um torno de precisio Boley DW4-HD-P-
A dotado de mancais hidrodinamices que dispunha de trés rotagoes fixas

(1340/1800/2500 rpm).

Qs corpos de prova eram discos da liga DIN AIMg3 com as seguintes dimensoes:
diametro externo = 130 mm, diametro interno =40 mm e espessura = 2,5 mm.
Os discos eram fixados na placa por meio de vacuo (cerca de 90 mbar).

Foram utilizadas trés ferramentas de diamante monocristalino, sendo duas com
facetas definidas (comprimentos da aresta de corte L = 1,2 mme 1,5 mm) e
uma arredondada (raio de ponta = 0,8 mm) e com angulos de folga de 5° e
angulo de saida de 0°. As ferramentas foram fixadas rigidamente na maquina,
com o menor comprimento em balango possivel.

Empregou-se como refrigerante uma emulsao na proporgao 50:1 [3] do concen-
trado “QOel-lleld Rotorol Plus EP aminlrei”, a qual era pulverizada antes de
ser direcionada a zona de corte,

A execugao dos ensaios obedeceu ao seguinte procedimento:

Usinagem de desbaste de ambos os lados dos discos com profundidade de
0,1 mm. Usinagem de acabamento do primeiro lado do disco com as condigoes
escolhidas. O desbasle e o acabamento eram executados sempre com a mesma
ferramenta. Antes da operagao de acabamento inspecionava-se a aresta de
corte da ferramenta. Caso fosse notada a presenga de aresta postiga, esta era
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removida com o auxilio de um bastdao de madeira mole. A remogao do cavaco
durante a usinagem era efetuada por meio de um potente aspirador. Apds a
usinagem, removia-se a emulsao remanescente sobre a superficie da pega com
o emprego de dgua corrente.

0,05 | |
Ra ¢ a=3,6 um/volta
(um) ® a=7,2 um/volta
A a=14,4 uym/volta
0,04 x a=28,8um/volta
X I
X
™
0,03 ; :
0,02
° 5
.
A "Al N . |
0,0l :{ -~
0
0 200 400 600 800 1000

velocidade de corte (m/min)

Figura 2. Valores médios de R, versus velocidade de corte obtidos com
ferramenta de facetas definidas (L = 1,5 mm) e profundidade de corte de
15 pm.
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Tabela 1. Valores médios de Ky e Ryax e respectivos desvios padrao obtidos
na primeira etapa dos ensaios.

L * a Rats Rinax £ 8
(mm) (um/ (um) (um)
volta)
3.6 0,05540,017 0,585+0,192
—0,5%
7.2 0,091+0,060 0,872+0,411
3.6 0,024+0,014 0,294+0,278
1,2 0°
7,2 0,013+0,001 0,173+0,101
3,6 0,036+0,024 0,35240,327
+0,5°
7.2 0,02940,003 0,710£0,171
3.6 0,18540,042 1,370+0,289
-0,5Y
7.2 0,193+0,027 1,45040,228
3,6 0,04940,018 0,47940,213
1,5 oo
7.2 0,056+0,031 0,72340,345
3,6 0,013+0,002 0,164+0,071
+0,5°
T2 0,013+0,003 0,147+0,050
Ferramenta 3.6 0,034+0,014 0,493£0,475
arredondada
r=0,8 mm 7,2 0,028-+0,005 0,43040,285

* Angulo entre a aresta de corte e a superficie da pega

L = comprimento da aresta de corte.
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Tabela 11. Valores médios de Ry e Rpmax e respectivos desvios padrao obtidos
na segunda etapa dos ensaios.

n a P Rots Rmax £ 5
(tpm) | (am/ | (um) (im) ()
volta)
15 0,016%0,003 0,147£0,037
3,6
25 0,01640,003 0,138+0,025
15 0,0154+0,003 0,149+0,039
T2
26 0,017+0,005 0,15040,0566
1340
15 0,01440,002 0,376+0,194
144
25 0,0184+0,003 0,3434£0,447
15 0,034+0,007 0,9914£0,334
28,8
25 0,019+0,002 0,804£0,266
15 0,021+£0,009 0,145+0,050
3.6
s 0,0134+0,002 0,164x0,071
15 0,01140,002 0,111+0,032
7.2
25 0,013+0,003 0,147£0,050
2500
15 0,027+0,012 (,359+0,205
144
25 0,02040,006 0,23440,138
15 0,0340,007 0,97040,287
28,8
25 0,023+0,002 0,993+0,407
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Os ensalos foram divididos em duas etapas. A primeira objetivava a
comparagao entre a ferramenta arredondada e as ferramentas com facetas
definidas montadas em diferentes posicoes (angulos de —0,5% 0° ou +0,59
entre a aresta de corte e a superficie das pecas, Figura 1) e foi executada
com rotagao de 2500 rpm, profundidade de corte de 25 um e avangos de 3.6 e
7,2 p/volta. A segunta etapa, cujo objetivo era a investigagao da influencia do
avango, da prolundidade e da velocidade de corte no acabamento superficial, foi
executada com a ferramenta e a geometria que apresentou o melhor resultade
na primeira etapa.
45,0
Ra
(um.16%)

o—— n=1340rpm, p=|Sum
—-——-— n=|340rpm, p=25um
375 ~—-t—e—= n=2500rpm,p=I5um
et 12 2500rpm, p=25um

ﬂ’7
30,0
22,5
Is'o \ i .?-L\_‘-

YO P

/
7.5
0

0 5 10 15 20 25 30

avango (um/voita)
Figura 3. Valores médios de R, versus avango.
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Figura 6. Superficie produzida por lerramenta com facetas definidas (L =
1,5 mm) posicionada com um angulo de +0,5° em relagio 4 pega. Condigoes
de usinagem: n = 2500 rpm, a = 7,2 pm/volta, p = 15 pm. Acabamento
superficial: R, = 0,011 gm, Ryax = 0,111 um (valores médios).

DISCUSSAO

Antes da discussao dos resultados faz-se necessirio ‘discutir brevemente o
processo de medigao de rugosidade empregado. Embora o rugosimetro utilizado
apresentasse resolu¢ido na faixa de nanometros, o [ato da medigao ser com
contato poderia influir nos resultados. Para o tipo de superficic obtido neste
trabalho sao recomendados métodos de medigao opticos [6] ou interferométricos
[9]. De fato, observou-se que o processo de medigao produzia um risco na
superficie, nao tendo sido possivel determinar se esse risco era produzido
durante a medi¢io ou no retorno do microapalpador, Este fato coloca em
questao até que ponto os valores medidos sao confidveis. Porém, a aparencia
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Figura 7. Superficie produzida por ferramenta arredondada (» = 0,8 mm).
Condigbes de usinagem: n = 2500 rpm, @ = 7,2 um/volta, p = 25 um.
Acabamento superficial: Jt, = 0,028 gm, Rmax = 0,430 pm (valores médios).

das superficies mostrou-se coerente com a magnitude das rugosidades medidas
(vide p.ex. Figuras 6 e 7 e os respectivos valores de R, € Rmax), 0 que nos
levou a concluir que qualitativamente os dados sao confidveis, enquanto que

quantitativamente devemn ser considerados com cautela.

Embora o material empregado na confecgio dos corpos de prova pudesse conter
até 0,5% de silicio, o qual pode formar inclusdes duras e nao usinaveis na matriz
mole de aluminio [7], considerou-se o mesmo adequado para este ensaio, uma
vez que o objetivo primerdial era a obtencédo de subsidios para a programagao
do prosseguimento dos traballos.

Na primeira ctapa do traballio o acabamento produzido por ferramentas
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Figura 8. Efeito da interrupgio fluxo de fluido refrigerante.

com facelas definidas (desde que convenientemente posicionadas) mostrou-se
superior ao produzido pela ferramenta arredondada utilizada (Tabela I). O
melhor acabamento fai abtido com a lerramenta de L = 1,5 mm posicionada
com um angulo de +0,5% entre a superficie da peca e a aresta de corte
(Re = 0,013 pum e Rypax = 0,147 ym para @ = 7,2 pm/volta). Para a
ferramenta de L = 1,2 mm, obteve-se o melhor acabamento com a aresta
paralela & superficie da peca (Ry = 0,013 pm e Ryax = 0,173 pm para
a = 7,2 pm/volta). Entretanto, a aparencia da superficie era ruim, com
aspecto de queimada (Figura §), sem que os dados obtidos permitam afirmacgces
sobre a causa deste fenomeno, o qual nao foi observado com a ferramenta de
L = 1,5 mm montada na mesma posigao. Neste caso, porém, o acabamento
obtido [o1 pior (Tabela 1). Ferramentas montadas com angulo negativo entre a
aresta de corte e a superficie da pega produziram acabamento claramente pior

(Tabela I).
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Comparando-se qualitativamente os resultados obtidos com a ferramenta de
L = 1,2 mm com os obtidos por Nishiguchi et al. [11], que utilizaram
ferramenta com aresta de corte desse mesmo comprimento, vé-se que ha
concordancia. No presente ensaio, obteve-se para angulos entre a aresta de
corte e a superficie da pega de —0,5%, 0° e +0,5° respectivamente os seguintes
valores médios de Rmax : 0,87 pm, 0,17 pgm e 0,71 pm (n = 2500 rpm,
a = 17,2 um/volta e p = 25 um). Aqueles pesquisadores obtiveram para os
mesmos angulos respectivamente os seguintes valores aproximados de Rmay :
0,4 pm, 0,1 pm e 04 pn (n = 1440 rpm, a = 50 pym/volta e p = 10 pm), e
obtiveram o melhor acabamento quando o angulo em questio era de —0,01°
(Rmax = 0,02 um), valor nao empregado neste trabalho pela impossibilidade
de se ajustd-lo confiavelmente na maquina utilizada. Os autores citados nao
utilizaram ferramenta de L = 1,5 mm.

Como na primeira etapa o melhor acabamento foi obtido com a ferramenta de
L = 1,5 mm montada com um angulo de +0, 5° em relagao a superficie da pega,
decidiu-se executar a segunda etapa com esta ferramenta. Esta etapa tinha
por objetivo investigar a influéncia do avango, da profundidade e da velocidade
de corte no acabamento superficial, e seus resultados estao sumarizados na
Tabela II e nas Figuras 2 a 4.

A Figura 6 mostra o aspecto da superficie que apresentou o melhor acabamento
(R, = 0,011 pm e Rmay = 0,111 gm). Nesta figura pode-se notar claramente
as marcas do avango (7,2 pm/volta), e vé-se também a presenca de alguns
pontos mais escuros na superficie usinada que poderiam ser de inclusdes no
material. A Figura 7 apresenta uma superficie com acabamento pior que a
anterior (K, = 0,28 ym e Ryuax = 0,430 pm). Nesta figura, os pontos mais
escuros que eventualmente seriam inclusoes parecem favorecer o aparecimento
de sulcos que prejudicam o acabamento superficial. As duas superficies foram
produzidas com mesmos avango e rotagao, mas com ferramentas diferentes.
O mesmo fenomeno visto na Figura 7 também foi observado em superficies
produzidas por ferramentas com facetas definidas posicionadas em angulo
diferente do utilizado na usinagem da peca da Figura 6. Estas observagoes
parecem sugerir que outros fatores geométricos além do angulo de saida
determinam se as inclusdes serao cortadas ou arrancadas, produzindo sulcos na
superficie, Estudos mais aprofundados seriam necessarios para o entendimento
deste fenomeno,
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Nao se observou qualquer correlagao, dentro da faixa de velocidades empregada,
entre a velocidade de corte e o acabamento superficial, como pode ser visto na
Figura 2. Essa inexistencia de correlagio indica que ndo se incorre em erro
ao se calcular os valores médios de Ry e Rynax incluindo medidas tomadas em
diferentes diametros dos discos, e consequentemente produzidos com diferentes
velocidades de corte.

Em relagio ao avango, nota-se das Figuras 3 e 4 que os valores menores (3,6 e
7,2 pm/volta) produziram melliores acabamentos que os valores maiores (14,4
e 2,8 um/volta), fato mais evidente na Figura 4. Os resultados obtidos sugerem
que o avango 6timo em termos de acabamento estaria entre 3,6 e 7,2 um/volta,
com ligeira vantagem deste Ultimo. Apesar de ¢s valores de Hpyay terem
apresentado maior dispersao que os de R, (Tabela II), as curvas formadas
pelos valores médios do primeiro apresentaram forma mais coerente que as
formadas pelos valores médios desses dltimos (Figuras 4 e 3 respectivamente),
sugerindo ser o parametro f,,ax mais adequado para a avaliagao dos resultados.
Observando-se por exemplo o ponto relerente ao valor médio de R, para
n = 2500 rpm, @ = 3,6 pm/volta e p = 15 pm na Figura 3, nota-se que
ele apresenta um valor anormalmente alto em relagao aos pontos vizinhos.
Observando-se agora na Figura 4 o ponto referente ao valor médio de Rynax
para as mesimas condigdes de usinagem, niao se nota a discrepancia observada
na figura anterior. Estas discrepancias poderiam ter se originado de artefatos do
processo de medigao que, como citado anteriormente, nao era o mais adequado
ao tipo de superficie a ser medida. A wnfluencia desses artefatos teria sido mais
pronunciada no parametro K, pela baixa magnitude dos valores envolvidos
(0,01 a 0,02 g, contra valores superiores a 0,1 pm de Fjnax)-

Em relagao a profundidade de corte nio se observou diferenga significativa entre
os valores empregados neste trabalho, o que nao significa que esse parametro
nao exerca influencia sobre 0 acabamento, pois a faixa de profundidades testada
foi estreita, em virtude de limitagoes de programacao da maquina ferramenta
utilizada.

Observou-se ainda que a relrigeragio da zona de corte exerce influencia
fundamental no acabamento obtido. como pode ser visto na Figura 8. Na parte
de baixo da figura ve-se n superficie obtida com reflvigeragao correta, e na parte
de cima a superficie formuadn sem refrigeragio. A falta de refrigeragao provoca a
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formagao imediata de uma aresta postiga que danifica totalmente a superficie.
Na usinagem de ultra-precisdo com ferramenta de diamante sao empregados
normalmente como refrigerantes etanol (7] e querosone [8,11]. Eventualmente
também sao empregados pentano, isopentano, 2,3 dimetilbutano, isopropano
e parafina [7). Como frequentemente as pecas usinadas com ferramentas
de diamante necessitam possuir boas propriedades opticas, sao escolhidos
refrigerantes que evaporem sem deixar manchas, de modo a se evitar o emprego
oneroso de solventes ou a danificagao da superficie por limpeza mecanica. Como
fluidos desse tipo sio facilmente inflamaveis e potencialmente explosivos, o seu
emprego exige que a maquina esteja instalada em um local provido de um
sistema adequado de ventilagao/exaustdo, o que nio era o caso da maquina
utilizada neste trabalho. Como as propriedades épticas da superficie nao eram
importantes no presente trabalho, utilizou-se como fluido refrigerante uma
emulsio de leo soluvel na proporgao de 1:50 pulverizada antes de atingir a zona
de corte e que, do ponto de vista de relrigeragao da ferramenta desempenhou-se
a conlento, provocando porém dificuldades na limpeza da pega.

A presente pesquisa encontra-se em prosseguimento com a investigagao da
influéncia do comiportamento dinamico da médquina sobre o acabamento
superficial, cujos resultados serao objeto de futura publicagao.
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RESUMO

Estudou-se o torneamento de Ti6 A4V com o fluido de corte sendo aplicado na forma
de jalo, a alta pressao (14,5 MPua). Com este sistema, além das fungdes normais
de rtfrigeranf.eﬁ::briﬁmnte. o fluido de corte alua também como um eficienle guebra-
cavaco. Para efeito comparativo, estudou-se lambém o lorneamento com aplicagao do
fluido de corte sobre-cabega com pressdo estdtica muilo pequena. Entre as varidveis
estudadas encontram-se: forgas d’e corle, temperatura de corte, formagao do cavaco,
integridade superficial ¢ mecanismos de desgaste. O sistema de aplicagio do fluido
a alta pressdo reduziu o comprimento de conlalo cavacoe-feramenta e a temperatura
de corte, porém, ndo causou mudangas significativas nas for¢as de corte. O desgaste
predominante foi o de flunco mdzimo, causade principalmente por difusdo e o sistema
de aplicagdo do fluido de corte a alta pressdo reduziu este desgaste e aumenlou a vida
da ferramenta.

Palavras-chave: Torncamento » Quebra-Cavaco » Fluido de Corte 4 Alta Pressao »
Desgaste de Flanco Mdximo = Desgaste Difusivo

ABSTRACT

Turning of Ti6Al4 V with a high pressure cooling system (jet pressure of 14.5 MPa) has
been tnvestigated. With this system the cutting fluid, besides ils cooling and lubricant
actions, it also works as a chip-breaker. Conventional overhead flood cooling was also
used to establish a base for comparison. Culling forces, cutfing temperuture, chip
formation, surface integrity and wear mechanisms were studied. The high pressure
cooling system reduced chip-toal contact length and the cutting temperature but it did
not cause changes in the culling forces. Mazimum flank wear was the dominant
tool farlure mode, caused mainly by o diffusion mechanism and the high pressuve
cooling system relurded this process and improved lool lives significantly, at all cutting
conditions lesled.

Keywords: Turning s Chip-Breaker » ligh Pressure Cooling Systent w Maximum
Flank Wear » Difflusion Wear
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INTRODUCAO

Na usinagem, o nimero de variivels emn jogo é muito grande, o que torna o
processo bastante complexo. O fluido de corte ¢ uma destas varidveis e se for
decidido pela sua utilizagio, pelo menos duas questdes importante aparecem:

- Quais sao as propriedades requeridas a este fluido?

- Como este fluido serd aplicado?

O presente Lrabalho esta relacionado com a segunda questdao e faz parte dos
resultados apresentados em [1]. Foiestudado o torneamento cilindrico da liga de
titanio, TIBAIAV, com o fluida de corte aplicado em forma de jato na superficie
de saida da ferramenta, a uma pressio de 145 MPa (148 Kgf/cm?). Para
efeito comparativo, estudou-se tanibém o mesmo processo comn o fluido de corte
sendo aplicado sobre-cabega a pressao estdtica pequena ou quase nula (método
convencional ).

Este sistema de aplicagao do (luido de corte a alta pressao introduz uma
nova fun¢ao ao fluido de corte.  Além das fungdes normais de refriger-
ante/lubrificante, ele funciona também como um eficiente quebra-cavaco. O
jato de fluido de corte, direcionado contra a saida do cavaco, provoca a frag-
mentagao do mesnio em mintisculos pedagos,

O emprego do Huide de corte a altas pressées ndo é novidade.  Muitos
pesquisadores utilizaran isto ne passado, Algnns aplicaram o jato entre a pega
e a superficie de folga da ferramenta [2,3], outros, entre o cavaco e a superficie
de saida (caso do presente traballio) [4.5] ¢ houve alé casos em que o fluido de
corte fol forgado a chegar na mterface cavaco-ferramenta, através de um orificio
no corpo da ferramenta [6]. Entretanto, nenhun destes experimentos utilizou
o sistema para [uucionar como quebra-cavaco. A intencdo era sempre tentar
conseguir um aumento das fungoes refrigerante-lubrificante, obtides pela maior
penetragao do fluido de corte na zona de corte, com o sistema a alta pressao.

Quanto ao material da pega utilizado, sabe-se que o titanio e suas ligas possuem
excelente resistencia i corrosio e resitencia mecanica. Esta resisténcia mecanica
é mantida a elevadas temperaturas, o que se traduz em dificuldades na usinagemn
do metal, U trabalho publicado recentemente [7], mostra as principais
caracteristicas e os principais problemas relacionados com a usinagem deste
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material, Sio mostrades também, que apesar do surgimento de uma nova
geragao de materiais de ferramentas de corte (8], os metais duros, classe K,
ainda sdo os que dao melliores resultados na usinagem do titanio.

O principal objetivo deste trabalho ¢ investigar os efeitos causados pela
aplicagio do fluido & alta pressdo. no processo de corte.

ENSAIOS EXPERIMENTAIS

Para se conseguir os objetivos propostos neste trabalho, varios experimentos
foram realizados. a saber: a) testes de vida da ferramenta sob varias condigoes
de corte e utilizando viras geometrias das ferramentas; b) medigdes das forgas
de corte; o) determinagio da distribuigio de temperatura na superficie da
ferramenta de corte: d) analise do cavaco; e) andlise da superficie usinada nos
microscopios eletronico e étice; ) medigao do comprimento de contato cavaco-
ferramenta; g) analise do desgaste e estudo dos mecanismos de desgaste.

A liga de titauio utihzada como material da pega foi a TiGAI4V (IMI 318). Este
material ¢ bastante utilizado na indistria aeronautica e também na industria
naval, quiniica, petroquimica, de equipamentos biomédicos entre outros. Ele
pertence ao grupo alla-beta e foi utilizado em forma de barras, no estado
homogeneizado e recozido. O alto custo de usinagem deste material incentivou

a sua escolha para a presente aplicagao.

Caracteristicas do material da pega, da ferramenta de corte e porta-ferramenta
sao apresentados na Tabela 1.

A unidade de alta pressao é separada da maquina ferramenta. A figura 1 mostra
esta unidade, esquematicamente.

O fluido de corte ¢ coletado do reservaldrio da maquina, filtrado e levado ao
reservatério da unidade de alta pressio. Este fluido é novamente filtrado e
bombeado, a alta pressao, através de uma mangueira, passando por dentro do
corpo do porta-ferramenta especial e jogado na forma de jato na superficie de
saida da ferramenta., A figura 2 mostra este porta-ferramenta especial com o
orificio por onde o jato é langado.
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Tabela 1. Caracleristicas da pega, da [erramenta de corte e do porta ferramenta
utilizados nos ensaios.

MATERIAL DA PECA

Designagao Composi¢ao Quimica Dureza Média
Ti6A4CV 6% Al+4,5%V+0,3%Fe+Ti (restante) 325 UV (30 Kgf)
FERRAMENTA DE CORTE
Designacao Classe [SO Composigao Quimica Dureza

K68 K05 - K20 92,3%WC+5,7%Co+2,0%TaC 92,7 HRa
Geometrias; Lisa Com Quebra-Cavaco
CNMA 120408 CNMP 120408
CNMA 120412 CNMP 120412

PORTA FERRAMENTA

Designacao 1SO Geometria

HCLNR-200D | A, = 959 ¢, = —=5Y% ¢, = 80Y; Ay = 0% 4, = =7V 3, = 909;

RESERVATORIO

ST e
-~

FERRAMENTA
DE ?’DﬂNEAR

Figura 1. Compouentes basicos da unidade de alta pressao.
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Figura 2. O porta-ferramenta especial utilizado nos testes a alta pressao,

Nos testes com o fluido de corte sendo aplicado a alta pressao, HP, a pressao
do jato foi de 14,5 MPa (148 Kgf/cm?), o que di uma vazdo de 15,1 1/min
a uma velocidade de 142 m/s na ponta do orificio de 1,5 mm de didmetro.
A figura 3 mostra a geometria do jato na ponta da ferramenta. No sistemna
sobre-cabega, CW, a pressao estdtica era muito pequena, ou quase nula, com

a vazao de 5,2 |/min.

FLUIDO DE CORTE

Figura 3. A geometria do jato de fluido na ponta da ferramenta.
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Os testes de usinagem foram realizados em um torno CNC, marca
TORSHALLA $250, com 38 KW de poténcia e variagdo continua de veloci-
dade de corte e avango. Em todos os testes, foi utilizado um dleo solivel de
aplicagdes gerais, com a designagao hysol G, com uma concentragao de 4%.

Nos ensaios de vida da ferramenta, os critérios de fim de vida utilizados foram
(Norma 1SO 3685 de 1977):

— Desgaste médio de flanco, VB = 0,4 mm.

- Desgaste maximo de flanco, VBpax = 0,7 mm.

- Profundidade de cratera, KT = 0.14 mm.

- Desgaste de entalhe (Notch wear), VN = 1.0 mm.

— Falha prematura ou quebra da ferramenta, F.

A forga de corte foi medida com um dinamometro piezoelétrico no corte
com fluido aplicado sobre-cabega, CW, e calculada, apés medir a poténcia
consumida com um wattimetro do tipo clip-on, no corte com fluido a alta
pressao, HP. Nestes, ensaios, variou-se a velocidade de corte, o avango e a
profundidade de corte. Para tanto, utilizou-se a ferramenta CNMA 120408.

Na determinagio da distribuigao da temperatura na ferramenta de corte, usou-
se a técnica metalogréfica, desenvolvida por Wright e Trent [9]. Para tanto o
ac¢o rapido BM42 foi utilizado,

O comprimento de contato cavaco-ferramenta fori determinado por medicao
das marcas de fricgio deixadas pelo cavaco ua ferramenta, utilizando um
microscopio dtico.

As analises, tanto da superficie usinada como do desgaste das ferramentas de
corte, foram realizadas nos microscépios optico e eletronico de varredura.

Informagoes mais detalhadas da metodologia, técnicas e equipamentos utiliza-
dos nos ensaios experimentais, sao encontradas em [1].

As condigoes de corte utilizadas nos testes de usinagem siao apresentados na
proxima segao, juntamente com os resultados.
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RESULTADOS EXPERIMENTAIS E DISCUSSAO

Controle do Cavaco

A figura 4 mostra os cavacos coletados de varios testes realizados sob diferentes

condigdes de corte, utilizando os dois sistemas de aplicagdo do fluido.

MATERIAL DA PECA: TigAl4V

MATERIAL DA PECA: TiGALSYV
FERRAMENTA — K10 CNMA 120408 FERRAMENTA — KIO CNMA 120408
AVANCO — 0.25 mm/rev VELOCIDADE DE CORTE — 62m/mim
PROFUNDIDADE DE CORTE — 2.5mm

PROFUNDIDADE DE CORTE — 2.5mm

=)

oo

[J VELOCIDADE DE CORTE m/min [J AVANGO (mim/rev)

MATERIAL DA P!CA TisAl4v

FERRAMENTA — K10 MATERIAL DA PECA . Ti6Al4V
VELOCIDADE DE CORTE — 62m/mim FERRAMENTA — KIO CNMA 120408
AVANCO — 0.25 min/rev VELOCIDADE DE CORTE — 62m/mim
PROFUNDIDADE DE CORTE — 2.5 mm AVANGO — 0.285mm /rev

|cra 20408 | e 0408 [crma 120412

Figura 4. Cavacos obtidos apos usinagem da liga de titanio sob varias condigdes
de corte e geometrias de ferramenta, utilizando os dois sistemas de aplicagao
do fluido. CW = meétodo convencional; I[P = alta pressao.
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Nota-se que o sistema de aplicagio do fluido a alta pressao é um eficiente
quebra-cavaco, O coeficiente volumétrico ou indice de empacotamento (relagao
entre o volume ocupado pelo cavaco e o volume correspondente ao seu peso),
do cavaco helicoidal obtide com o sistema convencional, CW, foi de 47 contra
apenas 4,7 obtido para os cavacos fragmentados resultantes do sistema de alta
pressao, HP, em praticamente todos os testes.

O cavaco é fragmentado mecanicamente, pela pressao do jato, que faz com
que o cavaco sendo formado, curve excessivamente até o ponto que a forga
de flexdo imposta supere a resistencia minima do cavaco. Isto ocorre numa
banda de cisalhamento adiabatico [7], possivelmente no ponto onde o cavaco
perde o contato com a superficie de saida da ferramenta. Este processo ciclico
é esquematizado na figura 5.

Figura 5. Diagrama esquemdtico da fragmentagio do cavaco pelo jato do fluido
de corte do sistema I P.

Tanto para pequenos avangos, como para a baixa velocidade de 14 m/min, o
sisterna de alta pressao, nao conseguiu quebrar o cavaco (figura 4): Quando se
utilizou avangos menores que um determinado valor critico, o cavaco formado
apresenlou uma espessura menor que uma espessura critica, proporcionando
uma flexibilidade suficiente para mudar de dire¢iao sob agdo do jato e nio se
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fragmentar. No caso da pequena velocidade de corte de 14 m/min, o cavaco
continuo formado, pode ter sido influenciado por uma possivel presenga da APC
(aresta postiga de corte). Entretanto, uma constatagdo precisa disto exigiria
estudos especificos mais detalhados.

Anilise dos cavacos nos microscoépios Gtico e eletronico mostrou que o tipo do
cavaco nao ¢ modificado, O sistema HP muda apenas a forima do cavaco. Nos
dois sistemas o cavaco da liga de titanio é segmentado. Nota-se apenas uma
maior curvatura nos cavacos produzidos pelo sistema HP, imposto pela alta
pressao do jato de fluido.

Comprimento de Contato Cavaco-Ferramenta

O sistema de aplicagio do fluido de corte a alta pressiao, HP, reduziu o
comprimento de contato cavaco-lerramenta, L, em todos as condigdes de corte
testadas (figura G).

Houve casos em que esta redugao chegou a 40%. O diagrama mostra também, a
influencia do avango e da velocidade de corte sobre esta varidavel, O aumento do
avango aumenta L, e a velocidade de corte, nas condigoes testadas, praticamente
nao afetou L.

A area total de contato entre o cavaco e a ferramenta é composta por uma zona
de adesdo (seizure zone), onde a area real de contato é igual a drea aparente,
¢ de uma zona de escorregamento (sliding zone), onde a area real de contato é
menor que a area aparente [10]. Em um outro trabalho, Trent [11] sugere que o
fluido de corte nio pode acessar a zona de adesio. Childs e Rowe [12] também
apoiam esta teoria e concluem que as atengdes tem que ser voltadas para a
zona de escorregamento. Analises microscopicas da superficie de saida das
ferramentas, permitiram verificar redugées nas duas regides definidas acima,
porén, notou-se que a redugio da regido de adesdo ¢ bem menor que a redugiao
da regiao de escorregamento. O sistema de aplicagao do fluido de corte a alta
pressiao causa a redugao do comprimento de contato cavaco-ferramenta de duas
maneiras: 1- o jato de fluide com pressdo de 14,5 MPa causa uma curvatura
acentuada do cavaco, da maneira mostrada na figura 5, e isto causa a redugao
nas duas regioes de contato. Esta é a a¢do mecdnica. 2- o jate de fluido
de corte que é aplicado continuamente, sob pressao, contra a saida do cavaco,
contribui para uma maior penetragao do lubrificante na zona de escoregamento,
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MATERIAL DA PEGA: TI gAI4V
L20 3 FERRAMENTA = CNMA 120408
g e, PROFUNDIDADE = 2,5 mm
EE 1,001 D HP,
5%
YW osof
82
=]
=& o0l
w
i
o L
-
(S &)
o000
fOO.IlCI 20,250 r-o,suo r-o.ao_g " VaTB Vepd V-IO_QJ
D4
v=sz 10,2

Figura 6. Comprimento de contato cavaco-ferramenta, L, obtidos nos dois
sistemas de aplicagio do fluido de corte. V = velocidade de corte, em m/min,
f = avango, em mm/volta.

que ja foi mecanicamente alterada, e isto causa uma redugao ainda maior no
comprimento de contato. Esta é a ag¢do lubrificante.

Forga de corte

Medigtes das for¢as de corte mostraram que o método de aplicagao do fluido
de corte, praticamente nao afetou os resultados. A figura 7 mostra os
resultados para velocidade e profundidade de corte constantes e virios avangos.
Resultados similares foram encontrados para profundidade de corte e avango
constantes e varias velocidades, e também para velocidades de corte e avango
constantes e vérias profundidades de corte.

Os resultados das forgas de corte foram até certo ponto surpreendentes. A forga
de usinagem e, por consequéncia, as forgas de corte e de avango, dependem do
comprimento de contato cavaco-ferramenta e da resisténcia ao cisalhamento no
plano de cisalhamento secundério (resisténcia na interface cavaco-ferramenta).
Quanto maior estas grandezas, maior a forga de usinagem [10]. Pelos resultados
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do comprimento de contato cavaco-ferramenta, L, mostrados na figura 6,
esperava-se que a forga de corte diminuisse com o sistema de aplicagao do
fluido a alta pressido, I[P, porque verificou-se uma redugao significativa nos
valores de L para este sistema. Isto porém, nao ocorreu. As for¢as de corte sdo
praticamente idénticas nos dois sistemas.

FORCA DE CORTE X AVANCO - Ti , =@~ =Fc(CW),—@- =Fc(HP);-O--=Ff(CW)

1800

1800

1400

o ! L 1 1 | | I |

0.05 0.1 Q.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 045 0.5

AVANGO (mm /rev)
Figura 7. Forgas de corte X avango para V = 62 m/min e p = 2,5 mm. Fe¢ =
Forga de corte ¢ Ff = lorga de avango.

Existem basicamente duas razoes para este comportamento. Primeiro, a
zona de adesao (sticking zone), que forma parte do comprimento L, reduziu
muilo pouco, e é esta regiao que ¢ a responsavel maior pela for¢a de
usinagem. Seguudo, existe indicagdo de que a resisténcia ao cisalhamento, no
plano de cisallamento secundario, tenha aumentado com o sistema HP. Este
processo reduzin a temperatura da ferramenta (figura 8) e, por conseguinte,
a temperatura da zona de cisalhamento secundario, pois elas possuem valores
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bem préximos [13]. Uma queda significativa (pelo menos 175°C foi constatado)
na temperatura faz aumentar a resistencia ao cisalhamento naquela regiao.
Existem, portanto, duas tendéncias opostas do comportamento da for¢a de
corte, quando se usa o sistema de aplicagao do fluido de corte HP (i). A forga
tende a diminuir ligeiramente, devido a ligeira redugao da regido de adesao
(sticking zone) e (ii). A forga tende a aumentar devido & maior resisténcia
ao cisalhamento na zona de cisalhamento secundario, causado pela queda de
temperatura. O efeito final ¢ uma combinagao desses dois fatores e, no presente
caso, nas condi¢oes de corte empregadas, esses [atores se igualaram e as forgas
de corte nao se alteraram com o sistema de aplicagio do fluido.

Uma consequéncia imediata da reducac do comprimento de contato, L, e
nenhuma alteragao na for¢a de corte é um aumento nas tensdes que atuam na
superficie da ferramenta. Este aumento, porém, foi suportado pela ferramenta,
onde nenhuma deformagao pldstica ou qualquer outro defeito prematuro
consequente, foi verificado nos ensaios de usinagem realizados.

Temperatura de Corte

As temperaturas maximas detectadas na superficie das ferramentas, apds
usinagem a varias velocidades de corte, com os dois sistemas de aplicagéo do
fluido, sao mostradas na figura 8.

As duas curvas mostram que o sistema de aplicagao do fluido de corte a
alta pressio, HP, reduz significativamente a temperatura de corte, quando
comparado ao sistema convencional, CW. Em outras palavras, o sistema HP
permite o emprego de velocidade de corte maiores que o sistema CW. Diferenga
de pelo menos 175°C foi detectada a velocidade de 30 m/min. Com o sistema
HP a temperatura maxima estava abaixo de 700°C, enquanto que com o sistema
CW, ela estd acima de 8759C.

O calor gerado durante o processo de corte, se transfere para a peca, para o
cavaco e para a ferramenta. A parcela que se transfere para a ferramenta, na
maioria dos casos, € a que mais preocupa os técnicos de usinagem. Em se
aplicando um {luido de corte, a sua acao relrigerante nao diminui a.geragao do
calor, mas aumenta a dissipa¢iao do mesmo. Para reduzir a temperatura da
ferramenta de corte, a dissipagao de calor é feita quase que integralmente via
a propria ferramenta, pois via cavaco ou via peca € praticamente impossivel,
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Figura 8. Variagio da temperatura maxima na ferramenta de corte com
a velocidade de corte para os dois sistemas de aplicagio do fluido. f =
0,125 mm/volta; p = 2,5 mm.

porque o tempo de contato entre eles é muito pequeno [1]. Como lubrificante,
ele pode reduzir a quantidade de calor gerado, reduzindo o comprimento de
contato [14]. E importante salientar que o fluido de corte atua como lubrificante
apenas na regiao de escorregamento (sliding zone) porque é impossivel ele
penetrar na zona de adesao (sticking zone), seja ele liquido, solido ou gasoso
[10,11]. Na zona de escorregamento, o fluido tem acesso, e sua capacidade
de reduzir o calor gerado, depende de sua habilidade de formar um filme
com resisténcia mecanica menor que a resisténcia do material naquela regiao,
A figura 8 mostrou que o sistema HP reduz a temperatura da ferramenta.
Este sistema de aplicacao do fluido aumenta muito a dissipagdo do calor,
pela acao relrigerante muilo mais eficiente do jato de alta pressio. Apesar
do sistema HP ter reduzido o comprimento de countalo L, a forga de corte
praticamente nio variou, o que implica que a quantidade de calor gerado nos
dois sistemas sao iguais e que a agio lubrificante se mostra ineficiente em reduzir



VIDA DA FERRAMENTA ( mim)

88 A.R. Machado e J, Wallbank

a temperatura neste caso, Conclui-se, portanto, que a agao refrigerante é muito
mals importante do que a agao lubrificante,

Vida e Desgaste das Ferramentas de Corte

A figura 9 mostra os resultados obtidos nos testes de vida em vérias condigoes de
corte e utilizando ferramentas com varias geometrias. As vidas das ferramentas
foram controladas principalmente pelo desgaste maximo de flanco, VBax, ©
ocasionalmente, por VB ou KT.

A C.W.

40

T

[ we. MATERIAL DA PECA: Ti6AI4V
35’- PROFUNDIDADE DE CORTE = 2.5mm
=

30
25

::: % Iy

TR

[ 120408 [N

J A J
W Y Y
V=62 V=75 v=84
f=0.250 f= 0.250 f=0.250

Figura 9. Vida das ferramentas de corte para varias condigdes de corte e
geometrias de ferramenta. V em m/min e f em mm/volta. CW = fluido de
corte no método convencional, 1P = fluido de corte a alta pressao,

A vida, em todos os casos, foi malor quando se aplica o fluido de corte & alta
pressao, [P, do que quando se usa o método convencional, CW, Aumento de
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até 300% foi registrado. De um modo geral, as geometrias CNMA mostraram
melhor desempenho do que as CNMP, exceto a menor velocidade de corte de
62 m/min, usando-se o sistema HP. Geralmente, para as ferramentas CNMP,
os melhores resultados foram obtidos com o raio da ponta da ferramenta maior
de 1,2 mm. Porém, para as ferramentas CNMA esta tendéncia se inverteu e
os melhores resultados foram geralmente verificados nas ferramentas com raio

menor, de 0.8 mm.

O principal critéric de fim de vida obtido nos ensaios foi o desgaste de flanco
maximo, VBy,ax. A figura 10 mostra as curvas de desgaste, utilizando os dois

sistemas de aplicagao do fluido, nas mesmas coundigoes de corte. Elas mostra

também a evolugao do desgaste durante a vida das ferramentas.

04

az}

DESGASTE DE FLANCO MAX. (mm)

D,Il' B i R ¥

s] ] 0 L]
TEMPO DE CORTE ( min)

Figura 10. Curva de desgaste das ferramentas de corte. V = 62 m/min,
f = 0.25 min/volta, p = 2,5 mm, ferramenta: CNMA 120408, * =CW, o = HP.
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Nota-se que o processo de desenvolvimento de desgaste, que culmina com a
inutilizagao da ferramenta, é identico nos dois métodos de aplicagao do fluido.
Este processo de desgaste se desenvolve da seguinte forma: uma pequena
cratera se desenvolve na superficie de saida, bem préxima a aresta de corte.
Ela tende a crescer e a juntar com o desgaste de flanco. Com o aumento
do desgaste, o material da pega tende-se a aderir naquela regiao. Isto pode
causar pequenos lascamentos ou promover um desgaste mais acentuado, em
algum ponto da aresta de corte. O desgaste tende a crescer no flanco, numa
area imediatamente adjacente a este ponto. Em se continuando o ensaio, esta
regiao cresce e atinge o critério limite. Este processo é idéntico nos dois sistemas
de aplicagao do fluido. O sistema HP, porém, retarda as varias etapas deste
processo.

Utilizou-se, também, a microscopia eletronica mais detalhada, a altos aumen-
tos, nas superficies desgastadas das ferramentas. Para retirar o titanio aderido
nesta regiao, as ferramentas foram previamente lavadas em acido fluoridrico,
HF. Os resultados mostraram que as superficies desgastadas (tanto de folga
como de salda) sao lisas 0 que ¢é caracteristico de desgaste difusivo [10], Este
mecanismo de desgaste predominou nos dois sistemas de aplicagao do fluido.
Resultados semelhantes também forain encontrados por outros pesquisadores
[15,16], apds usinar esta mesma liga com metal duro. A difusdo é um processo
fortemente dependente da temperatura, a a queda de temperatura, causada
pelo sistema de aplicagao do fluido a alta pressao, HP, é responsivel pelo re-
tardamento do processo de desgaste imposto por este sistema, aumentando
assim a vida das ferramentas, mostrado na figura 9. O melhor desempenho
da geometria CNMA ¢ justificado pela maior cunha cortante apresentada por
esta geometria. As ferramentas CNMP possuem um filete na superficie de
saida (quebra-cavaco) o que diminui efetivamente a cunha da ferramenta. Isto
explica também o melhor comportamento das ferramentas com maior raio de
curvatura, para esta geoinetria.

Integridade Superficial

A integridade superficial das pegas usinadas, durante os ensaios de vida, foi
estudada. Medigoes da rugosidade superficial (fator Ra) apds usinagem com
os dois sistemas de aplicagao do fluido de corte, mostraram que, geralmente,
o método de aplicagao do fluido de corte teve pouca influéncia no acabamento
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superficial. Apenas o ralo de curvatura da ponta da ferramenta, o avango e
o nivel de desgaste da ferramenta, como ja era esperado, tiveram influéncia
significativa no acabamento.

Andlises microscopicas (Gtica e eletrénica), tanto da superficie gerada pela
aresta principal de corte como da superficie gerada pela aresta lateral de corte,
mostraram que o sistema de aplicagao do fluido de corte a alta pressao, HP, nao
provocou nenhuma alteragao fisica na superficie usinada. Este sistema, porém,
produziu uma superficie mais fosca, ou menos brilhante, que a produzida pelo
método convencional.

Anilise da se¢ao transversal da superficie usinada, para os dois sistemas de
aplicagao do fluido, também mostraram similaridades, com nenhuma alteragao
microestrutural.

CONCLUSAO

- O sisteina HP mostrou ser um eficiente quebra-cavaco. Ele promove a
fragmentagao do cavaco mecanicamente.

|

O sistema HP rednziu o comprimento de contato cavaco-ferramenta pela
a¢ado mecanica e pela a¢ao lubrificante.

O sistema HP utilizado nao causou mudangas significativas na forga de
corte.

O sistema HP reduziu a temperatura da ferrainenta significativamente.

— O sistema HP aumentou a vida da ferramenta significativamente. O
desgaste de flanco maximo, iniciado em algum lascamento ou ponto de
desgaste concentrado na aresta principal de corte, cresce até o critério
limite, pelo mecanismo predominante de difusao.

— O sistema HP nao causou alteragoes significativas na integridade superficial
das superficies usinadas.
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LETTERS TO THE EDITORS

Comments on the paper Matriz Formulation of the Dynamic Analysis of SDOF
Systems in the Frequency Domamn, by F. Venincio Filho and A.M. Claret,
RBCM, Vol. XII, No. 1, pp. 1-9 (1990).

The authors present an interesting matrix formulation of the classical
DFT/IDFT method of computation of the response of linear, time-invariant
systems. The method can be used in association with a Hybrid Frequency-Time
Domain iterative pseudo-force technique to predict the response of nonlinear
systems. DFT aud IDFT are abbreviations of Discrete Fourier Transform and
Inverse Discrete ourier Translorm, respectively.

In the paper, it is said that the major handicap of using Fast Fourier Transform
(FFT) algorithms is that they require the time series to have a number of time
samples, N, equal to a power of 2. This is not strictly true because there
exist FFT algorithms other than the classical radix-2 algorithm. Mixed-radix

algorithms can be used to compute the DFT efficiently when N is not a power
of 2.

It is also said in the paper that N must be odd because, otherwise, there would
be “an tmagmary term i the response”. There seems, to be a mistake of the
authors here. The symmetry property of the N-point DFT of a real time series
{P0,P1,P2,---,PN—1} can be written:

Po=Ph_ g b1, .. NIE (1)
where * denotes the complex conjugate and {Pg, P1,P2,...,Py_;} are the
DFT coefficients. The complex conjugate pairs (P, Ppn_x) add up to a real
value. The authors argue that if N is even there is a term, Py/a the so-called
Nyquist term, which will not have a matching pair, and, hence, will produce
an imaginary term in the IDFT. This is not correct because Eq.(1) can be used
to show that if N is even:

Prjs= Pl (2)
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which implies that the Nyquist term is always real.

Care must be taken when calculating the DFT of the response by multiplying
the DFT of the input force by the Frequency Response Function H(w). The
real term P/, multiplied by a complex value H(w = N/2Aw) yields a complex
value of the Nyquist term of the DFT of the response, V5. Therefore, the
imaginary part of V/, must be discarded in order to obtain a real response
vector v, whicl is the IDFT of V. With this precaution taken, there is no need
for N to be odd. Hence, the method proposed by the authors, as well as the
FFT method, can be used with N even,

José Roberto de Franga Arruda

Departamento de Mecanica Computacional
Universidade Bstadual de Campinas - Cx. P. 6122
13081 - Campinas - SP — Brasil

Tel.: (0192) 397906

Authors’ Closure
The comments of the letter are well received and need the following comments.

There exists FF'T' algorithms other than the radix-2 algorithm, nevertheless
the most common are the radix-2 ones. The fact that there is “an imaginary
term in the response” when N is even is proven in the paper and is clearly
recognized in the last-paragraph of the letter where an alternative is suggested
in order to get rid of this imaginary term. It is not asserted in the paper that
the IDFT of a real time series has an imaginary term when N is even. What
is proven is that the response vector of a SDOF system has an imaginary term
when N is even. Once nore this is recognized in the letter.

The letter suggests to discard the imaginary term in the DFT of the response.
The unaginary term could be discarded in the response itself. It appears
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to the authors that the best alternative is to use N odd with Eq. 15 of the
paper in order to calculate the response of the SDOF system. This could be
advantageous from the computational point of view.

F. Venancio Filho A M. Claret
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