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Resumo

SILVA, Vinicius Augusto Diniz. Predi¢do de forcas e vibragcdo no fresamento com fresa toroidal.
2017. 138p. Tese (Doutorado). Faculdade de Engenharia Mecénica, Universidade Estadual de

Campinas, Campinas.

As ligas de titanio sdo muito utilizadas quando se necessita de boa resisténcia em relacio
ao peso, alta dureza a quente, resisténcia a corrosdo e boas propriedades de fadiga e dentre as
ligas mais utilizadas, pode-se destacar a liga Ti-6Al-4V. Estas excelentes caracteristicas fazem
com que as ligas de titdnio sejam consideradas materiais de baixa usinabilidade. Das diversas
dificuldades em se usinar o titdnio pode-se destacar a grande tendéncia a vibracdo do sistema
maquina-ferramenta-dispositivo de fixacdo-peca. Neste trabalho o modelo mecanicista de predicao
das forcas no fresamento é adaptado para fresas do tipo toroidais, acrescentando os efeitos
dindmicos da usinagem. Dois modelos foram desenvolvidos, o primeiro consiste de um modelo
analitico baseado na teoria do corte e que considera os efeitos dindmicos do corte, o segundo
modelo foi desenvolvido em elementos finitos e permite simular o corte com maior flexibilidade
em relacdo a mudanca de material da peca e geometria da ferramenta. As constantes de corte
utilizadas no modelo analitico foram obtidas através de testes de fresamento e os parametros
dindmicos que alimentam o modelo vibratério foram obtidos através de testes modais. Com a
insercdo da vibracdo do corte no modelo, € possivel entender melhor o comportamento vibratério

durante o fresamento bem como simular forcas que representem melhor a realidade.

Palavras-chave: Modelo mecanicista, For¢as de corte, Fresas toroidais, Vibra¢des no fresamento.



Abstract

SILVA, Vinicius Augusto Diniz. Prediction forces and vibration in bull-nose milling. 2017. 138p.

Doctoral Dissertation. Faculty of Mechanical Engineering, University of Campinas, Campinas.

Titanium alloys are widely used when good strength to weight ratio, high hardness, corrosion
resistance and good fatigue properties are necessary. Among the most commonly used alloys, we
can highlight the Ti-6A1-4V alloy. These outstanding features make titanium alloys to be conside-
red low machinability materials. Among the various difficulties in machining the titanium the great
tendency to vibration of the machine-tool-fixation-workpiece system. The mechanistic model for
prediction of forces in milling is adapted to the bull-nose mill cutters, adding the dynamic effects
of machining. Two models were developed, the first consists of an analytical model based on the
cutting theory and considering the dynamic effects of the cut, the second model was developed in
finite elements and allows to simulate the cut with greater flexibility in relation to the change of
material and change of geometry of the tool. The cutting coefficients used in the analytical model
were obtained by milling tests and the dynamic parameters that feed the vibration model were ob-
tained through modal tests. Considering tool vibration in the model, it is possible to understand the

vibratory behavior during the milling and simulate forces that best represent the reality.

Keywords: Mechanistic Model, Cutting Forces, Bull-nose Mill, Vibration in Milling.
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1 INTRODUCAO

Processos de manufatura t€m sido sempre a chave para o sucesso entre as nagcdes na economia
mundial. Um sistema de manufatura 4gil trabalhando em harmonia com o resto de uma empresa,
tem um grande impacto na sua competitividade, o que desempenha um papel vital no éxito da in-
troducdo de novos produtos ou melhoria continua dos produtos existentes em resposta as demandas
do mercado (COHEN E ZYSMAN, 1989).

Uma grande variedade de produtos é produzida por empresas de manufatura, e dependendo da
demanda do mercado esses produtos podem ser personalizados ou produzidos em massa. Sistemas
de manufatura sdo projetados e adaptados as necessidades especificas. Consequentemente, varias
técnicas de fabricacao sdo adotadas para lidar com novas exigéncias do mercado.

Desta forma, processos de manufatura envolvendo retirada de material sdo fortemente estu-
dados. Todos os anos, é possivel observar em feiras, congressos e, claro, no mercado, como os
recursos de produ¢do aumentaram gracas ao desenvolvimento de novos conceitos, dispositivos,
materiais, ferramentas, revestimentos, estruturas, etc. Precisdo, flexibilidade e produtividade sdo
aprimoradas constantemente com solucdes inovadoras para alcancgar as exigéncias do mercado ou
até mesmo aumentd-las a niveis mais elevados. No final, todas estas melhorias sdo possiveis gra-
cas a geracdo de conhecimento. A compreensdo dos fundamentos do corte do metal, tornou-se
um fator-chave nas dltimas décadas, mas isso ndo € uma tarefa ficil, devido a complexidade do
mecanismo de formacao do cavaco (QUINTANA E CIURANA, 2011).

Dentre os diversos tipos de processos de usinagem, o fresamento € um processo que gera
superficies de varias formas pela remoc¢ao progressiva de material, através do avanco da peca em
uma ferramenta rotativa. A ferramenta, denominada fresa, pode possuir uma ou multiplas arestas
(dentes) cortantes que removem, a cada rotagdo, uma pequena quantidade de material na forma
de cavacos. Nas modernas fresadoras ou centros de usinagem, a ferramenta de corte pode também
ser dotada de movimento de avanco. No passado as fresadoras eram utilizadas para geracdo de
superficies prismaticas (rasgos de chaveta, rebaixos, rasgos em “T”, rasgos tipo “rabo de andori-
nha”, etc.); confeccao de dentes de engrenagens (retos, helicoidais, engrenagens conicas) e diversas
outras operacdes hoje consideradas simples. Atualmente, elas sdo capazes de rosquear e gerar su-
perficies complexas.

As principais diferengas entre o fresamento em relacao ao torneamento e a furagcao sao:

* O corte € interrompido;
¢ Cavacos sao relativamente menores;

* Espessura varidvel do cavaco no tempo mesmo com avango constante.
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No fresamento a maquina ferramenta realiza dois movimentos principais:

* Rotacdo da ferramenta;
* Avanco da peca.

Durante o fresamento (corte) o contato de cada aresta com a pega de trabalho € descontinuo.
Quando um dente entra em contato com a pega, ele recebe um choque, seguido por uma variacao na
for¢a de corte. O choque ciclico e a variacdo da forca de corte induzem vibracdes na ferramenta e
na peca. Estes choques ciclicos e variacdes da forca podem fornecer energia necessaria para excitar
uma frequéncia natural em qualquer parte do sistema de usinagem. Estas vibracdes devem ser
minimizadas porque podem, perder precis@o e levar a um mal acabamento superficial. Além disso,
em condicdes desfavordveis, podem tornar-se instdveis, levando ao chatter, o que pode causar um
desgaste acelerado e quebra da ferramenta, desgaste acelerado da maquina e até mesmo danificar
a maquina e seus componentes. Para usinagem em alta velocidade e, especialmente, o fresamento
em alta velocidade, o chatter € o principal fator limitante da producdo, (ALTINTAS, 2000).

O chatter € uma vibracao do tipo auto excitada que em usinagem ocorre devido a um meca-
nismo de auto excitacdo gerado pela espessura do cavaco que varia com o tempo. No fresamento,
quando a ferramenta vibra, ela deixa marcas na superficie da pe¢a, fazendo com que o cavaco mude
de formato, se os dentes subsequentes acompanham as ondas deixadas na peca a vibragdo assumird
uma condicao regenerativa que auto excitara o sistema. Este fendmeno pode amplificar as vibracoes
consideravelmente, ocasionando danos a maquina-ferramenta, ferramenta e superficie da peca.

Além das dificuldade inerentes ao processo de fresamento, o tipo de material a ser fresado
também representa outro fator de estudo, pois alguns materiais que possuem excelentes proprieda-
des para aplicacdes industriais podem ser de baixa usinabilidade. Um dos materiais que possuem
larga aplicagdo mas sdo de baixa usinabilidade, sdo as ligas de titanio. O titanio € um material im-
portante em vérias industrias, devido as suas propriedades mecanicas e quimicas favoraveis. Uma
combinacdo de boa resisténcia em relagdo ao peso, alta dureza a quente, resisténcia a corrosao e
boas propriedades de fadiga, tornam o titanio uma boa escolha em diversas situacdes. Suas apli-
cacdes mais importantes sdo nos mercados aeroespacial, biomédico e automotivo, (MACHADO E
WALLBANK, 1990).

O titanio é conhecido como um material de dificil usinagem devido a vérias razdes. A prin-
cipal consequéncia de sua pobre usinabilidade é que as velocidades de corte devem ser mantidas
relativamente baixas (aproximadamente 60 m/min), para se alcangar uma vida razodvel da ferra-
menta. Isto contrasta com outros materiais, como por exemplo, ligas de aluminio, que sdo usual-
mente usinadas a velocidades da ordem de 1000 m/min, em aplicagdes de usinagem em alta veloci-

dade (BOWES, 2013). Essa baixa usinabilidade das ligas de titanio se deve a diversas propriedades
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inerentes ao material, dentre elas pode-se citar a baixa condutividade térmica, a alta resisténcia me-
canica em altas temperaturas, a alta reatividade quimica com os materiais de ferramentas e o baixo
modulo de elasticidade (EZUGWU E WANG, 1997).

Além disso, a baixa condutividade térmica resulta em um actimulo de calor na aresta de
corte em altas temperaturas (750°C a uma velocidade de 300 m/min no corte a seco). A baixa
dissipagdo de calor pelo cavaco e pela peca, devido a baixa condutividade térmica, configuram
altos gradientes de temperatura na ferramenta, resultando em elevadas tensdes térmicas na aresta
de corte. As altas temperaturas na usinagem do titanio sdo associadas também com o tipo de cavaco
que € formado, que para este material possui forma segmentada. As temperaturas elevadas levam
também ao aumento das rea¢des quimicas, resultando em desgaste por difusdo. A adesao entre o
material e ferramenta também € elevada com o aumento da temperatura, resultando em falha da
ferramenta (BOWES, 2013).

Devido ao relativo baixo médulo de elasticidade, alto limite de resisténcia a tragdo e grande
zona eldstica, o titdnio, quando submetido a pressao de corte, deforma-se elasticamente quase duas
vezes mais que um ago-carbono, com grande recuperacao eldstica na superficie de folga da ferra-
menta. Isto resulta em uma espessura de corte varidvel proxima a aresta, ocasionando uma agao
vibratéria conforme a ferramenta entra na zona de corte. Assim, em um menor angulo de folga
efetivo, hd aumento do atrito e desgaste prematuro do flanco. Em processos de fresamento, o ciclo
deformacdo e recuperacdo eléstica € ainda mais critico, pois faz com que a espessura de cavaco
seja varidvel de uma aresta para a outra, favorecendo ainda mais a vibrag¢do. Outro fator importante
para o surgimento de vibragdes € a formacao do cavaco, que ocorre num processo de “cisalhamento
termopléstico adiabatico”, resultante da baixa condutividade térmica do titanio. Este cisalhamento
adiabdético produz cavacos do tipo serrilhado e resulta em uma variacao ciclica das forcas com uma
significante variacdo da magnitude, causando vibracdo (EZUGWU E WANG 1997; KULL NETO
2013).

Com a alta tendéncia a vibracdo que a usinagem, principalmente o fresamento, de titanio
tem, para se usinar da maneira mais produtiva possivel ligas de titanio, hd que se entender e lidar
com a vibragdo da ferramenta e/ou da pega. Algumas estratégias podem ser utilizadas para se
manter os niveis de vibracio sob controle, como por exemplo, a escolha de pardmetros de usinagem
de maneira a se garantir um processo estdvel e a modificacdo de elementos do sistema maquina-
ferramenta/ferramenta/peca/sistema de fixacdo (QUINTANA E CIURANA, 2011).

Os principais tipos de vibragdo envolvidas em processos de fresamento sdo as vibragdes auto-
excitadas (TOBIAS, 1972). Como o fresamento € um processo largamente utilizado, formas de con-
tornar os problemas que ocorrem devem ser estudados, isto significa encontrar formas de minimizar
as vibragOes durante o processo € encontrar parametros que proporcionem um corte estavel.

Para isso, um modelo matemadtico € essencial para a compreensdo do comportamento dina-
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mico dos processos de fresamento e melhorar a sua operacdo em termos de andlise temporal ou
resposta em frequéncia. A caracterizacido do processo de fresamento, por meio de modelos mate-
maticos, para produzir uma descri¢ao aproximada do fendmeno fisico tem despertado o interesse de
muitos pesquisadores (ALTINTAS 2000; RAHMAN et al. 2006; BUDAK 2006A; BUDAK 2006B).

Cada vez mais, tanto modelos experimentais quanto modelos analiticos sdo utilizados na
usinagem de metais com esta finalidade (HABER et al., 2005). Quando um novo produto ou peca
de metal estd sendo projetado, o item deve passar por testes no processo de simulacdo envolvido
(por exemplo, o processo de corte) antes de se comecar a produzir o item propriamente dito. E o
sucesso das simulagdes, depende fortemente de qudo fielmente os modelos matematicos descrevem
o comportamento real do processo de corte. Além disso, os métodos computacionais sao essenciais
para se obter uma exatiddo adequada na predi¢@o e aplicacdo em tempo real do modelo (HABER
et al., 2005).

Desta forma, menores niveis de vibra¢do durante o fresamento, podem ser obtidos por meio
da utilizacdo de técnicas especificas de usinagem, geometrias de ferramentas e parametros de corte
otimizados. CombinagOes destes parametros propiciam um corte com maior estabilidade, justifi-
cando assim, a busca destes melhores parametros de corte de forma computacional, uma vez que
experimentalmente geraria alto desgaste do equipamento e gastos com materiais e ferramentas,
e € fundamental que os processos de usinagem sejam os mais econdmicos possiveis, de modo a
permitir que o custo final do produto seja competitivo.

Um dos primeiros modelos para simular o corte foi proposto por (TIME, 1870 apud MAR-
KOPOULOS, 2013), que sugeriu que o cavaco era formado devido a ruptura fragil. Anos depois,
Tresca (1873) sugeriu que a formacdo do cavaco era devido a deformagdo plastica, porém ainda
ndo haviam modelos para o corte.

Martelotti (1941) foi pioneiro na modelagem do corte, porém haviam restri¢des inerentes a
estes modelos, como a dificuldade na sua aplicacdo no fresamento e sua precisdo devido a sim-
plificagdes. Merchant (1945a) introduziu nos modelos a cinemdtica do fresamento, a trajetdria da
ferramenta durante o processo, a formacdo de cavacos e o acabamento da superficie. A maior
contribui¢do foi a utilizacdo da espessura do cavaco niao deformado nas andlises, sendo esta a re-
presentacao matematica utilizada até hoje (inclusive neste trabalho).

Koenigsberger e Sabberwal (1961) mais tarde realizaram um estudo analitico sobre a for¢a de
corte durante o processo de fresamento e desenvolveram equagdes para o cdlculo das forgas, utili-
zando a modelagem mecanicista. Neste estudo, a for¢a de corte, em qualquer instante foi assumida
como sendo igual a drea do cavaco multiplicado por uma pressao especifica de corte, semelhante
ao coeficiente de forca de corte.

Tlusty e MacNeil (1975) posteriormente mostraram que a previsao das for¢as poderia ser feita

assumindo a for¢a de corte tangencial como sendo proporcional a carga do cavaco, enquanto que a
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forca de corte radial proporcional a forca de corte tangencial. Eles também propde a metodologia
de discretizacio da ferramenta em segmentos.

Na sequéncia, Armarego (1983); Armarego e Whitfield (1985) realizaram investigacdes para
desenvolver um sistema CAD/CAM para prever as componentes de for¢a em diferentes operagdes
de usinagem, incluindo fresamento periférico e frontal. Nestas duas pesquisas os autores descre-
veram a forca de corte agindo em cada dente como sendo dividida em forca de aresta e forcas
de corte. A mecénica do corte também foi incluida nos modelos de for¢a, em uma abordagem
chamada de Mecdnica Unificada de Corte. A abordagem envolve a modelagem dos dentes da fresa
como sendo obliquos e um banco de dados ortogonal tem de ser estabelecido para cada combinacao
ferramenta-peca.

Altintas e Lee (1996) propuseram um modelo que permite a avaliacdo das forcas em uma fer-
ramenta de geometria helicoidal geral e predicdo da espessura do cavaco. Este modelo geométrico
foi melhorado e definido para os diferentes tipos de fresas de topo por Altintas e Engin (2001),
incluindo fresas de topo esférica e toroidais. Estes dois tipos de ferramentas sdo apropriados para
contornos e usinagem de cavidades estreitas e profundas. Além disso, podem também ser utilizadas
para o corte final em superficies esculpidas, principalmente em paredes verticais e inclinadas.

Muitos pesquisadores vém desenvolvendo modelos analiticos € numéricos para melhor com-
preender os processos que envolvem grandes deformagdes, taxas de deformacdo e temperaturas.
Os métodos analiticos simplificados t€m aplicacdes limitadas e sdo de dificil utilizacdo para pro-
cessos de corte com geometria complexa da peca. Desta forma, os métodos numéricos tornam-se
importantes.

Além dos modelos analiticos, uma outra forma de se abordar o corte computacionalmente €
através de métodos numéricos aproximados. Dentre os diversos métodos, o Método dos Elementos
Finitos (MEF) se destaca, e isso se deve ao seu avancado nivel de desenvolvimento que permite
a sua utilizacdo em uma grande diversidade de problemas. Em linhas gerais, pode-se definir o
MEF como um método matematico, no qual um meio continuo € discretizado (subdividido) em
elementos que mantém as propriedades de quem os originou. Esses elementos sdo descritos por
equagdes diferenciais e resolvidos por modelos matematicos para que sejam obtidos os resultados
desejados.

A modelagem do processo de usinagem pelo método dos elementos finitos € uma das aproxi-
macdes numéricas que podem ser utilizadas para simular o corte. Os elementos finitos apresentam
sua formulagdo classificada em formulagdo quasi-estatica implicita e formulagcdo dindmica de inte-
gragdo explicita no tempo. Formulagdes implicitas exigem convergéncia em cada passo de tempo
ou incremento de carga, enquanto formulacdes explicitas resolvem um sistema de equagdes desa-
copladas com base nas informacdes do intervalo de tempo anterior (VAZ JR., 2000). Através da

simulacao por elementos finitos, € possivel obter diversas quantidades calculadas numericamente
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tais como: distribui¢do espacial das tensdes, forcas, temperaturas, etc., sem a necessidade de se
realizar experimentos de corte.

Shirakashi e Usui (1974) aplicaram o método dos elementos finitos elasto-pldstico para o
processo de corte ortogonal. Iwata et al. (1984) usaram um método de elementos finitos rigido-
plastico para considerar o efeito do atrito.

A primeira andlise usando elementos finitos para simular o movimento da ferramenta sobre a
peca e a formacao continua do cavaco ao longo de uma linha de separagdo pré-definida foi realizada
por Strenkowski e Carroll (1985).

Strenkowski e Moon (1990) analisaram um corte ortogonal no estado estaciondrio com a ca-
pacidade de prever a geometria do cavaco e o comprimento de contato ferramenta-cavaco. J4 Mo-
riwaki et al. (1993) desenvolveram um modelo rigido-plastico de elementos finitos para examinar
os efeitos do raio da aresta da ferramenta na profundidade de corte em processos de micro-corte.

Até os anos 2000, os estudos focavam nas andlises de corte ortogonal e torneamento. Ozel e
Altan (2000) modelaram o fresamento de topo utilizando um tnico inserto no suporte. Pantalé et al.
(2004) apresentaram um modelo obliquo tridimensional para simular o processo de fresamento uti-
lizando critério de danos de Johnson-Cook. Uma simulagao tridimensional foi brevemente relatada;
no entanto, nao foi validada e resultados ndo foram apresentados, pois ainda era necessario mais
investigacao.

Recentemente o campo de andlise com os elemento finitos tem se estendido. Kumar et al.
(2014) desenvolveram um método de otimizar o projeto de fresas através da andlise das forcas de
corte e tensoes no fresamento da liga de titanio Ti—-6Al-4V utilizando elementos finitos. Thepsonthi
e Ozel (2015) simularam o processo de micro fresamento na liga de titinio Ti—-6Al—4V através de
um modelo de elementos finitos 3D e validaram experimentalmente o fluxo do cavaco e o desgaste
da ferramenta.

As simulacdes de corte através dos elementos finitos, principalmente de fresamento, sio re-
centes. Neste contexto, o método de elementos finitos mostra-se uma ferramenta muito util, pois
possibilita a simulac@o do fresamento e outros processos, com perfis mais complexos e sem a ne-
cessidade de testes experimentais. O método dos elementos finitos aplicados a simulacdes de corte
mostra-se uma ferramenta promissora, e devido a recente utilizacdo para este fim é necessdrio se
investigar mais.

Desta forma o presente trabalho busca modelar as forgas do fresamento com fresa toroidal da
liga de titdnio Ti—~6Al-4V com modelos analiticos e numéricos. Através de um modelo computaci-

onal serd possivel compreender o comportamento das forcas e vibracdes durante o corte.
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1.1 Objetivos do trabalho

A proposta deste trabalho é a modelagem de forcas de corte e vibracao no processo de fresa-

mento. Em cima desta proposta objetiva-se também:

* Criar um modelo analitico computacional para simular as forcas de corte no processo de

fresamento com fresas do tipo toroidal.
* Avaliar a influéncia da vibracio gerada durante o corte no cdlculo das forcas.

* Verificar a capacidade do modelo em simular condi¢des um pouco diferentes daquela utili-

zada para levantar os coeficientes de corte.
* Incluir no modelo analitico a vibracao gerada no processo de corte.

* Criar um modelo numérico de elementos finitos para simular o processo de fresamento tridi-

mensional.

1.2 Organizacgao do texto

Este trabalho foi dividido em cinco capitulos, nos quais sao apresentadas as revisoes biblio-
gréficas, as metodologias abordadas, procedimentos experimentais realizados, resultados encontra-
dos e a conclusdo referente ao trabalho. A seguir, faz-se uma breve descri¢do do conteido de cada
um desses capitulos:

No Capitulo 2 tem-se a revisao de literatura, que descreve os principais tipos de vibracdo
em usinagem, as caracteristicas das ligas de titanio, bem como a descri¢do da liga utilizada como
material de trabalho, a teoria bésica de usinagem e como adaptéd-la para simular o fresamento com
fresas toroidais, e a descri¢do de como o processo de fresamento pode ser simulado numericamente
por elementos finitos.

No Capitulo 3 define-se a metodologia experimental utilizada para os ensaios, onde € defi-
nida as méaquina ferramenta utilizada, caracteristicas do corpo de prova, montagem experimental,
descricao dos experimentos e obten¢do dos coeficiente de corte.

No Capitulo 4 sdo apresentados os resultados das simulagdes do modelo computacional de-
senvolvido. Os resultados simulados sao comparados com os sinais de for¢a de corte obtidos dos
experimentos e andlises sdo realizadas. Primeiramente os sinais reais de forca sdo simulados por
uma modelo mecanicista que leva em conta a vibragdo no corte, posteriormente um modelo de

elementos finitos é apresentado para também simular as forga de corte.



31

Finalmente, o Capitulo 5 apresenta as conclusdes juntamente com propostas para trabalhos

futuros que podem ser desenvolvidos para dar continuidade ao estudo iniciado neste trabalho.
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2 FUNDAMENTACAO TEORICA

Usinagem € um termo genérico utilizado para descrever o processo de remog¢do de mate-
rial de uma peca, sendo este material chamado de cavaco. A usinagem confere forma, dimensao,
acabamento ou uma combinacdo qualquer destes itens a peca de trabalho. A usinagem pode ser
dividida em duas grandes categorias como, processos convencionais, quando a energia mecanica
por cisalhamento no contato peca- ferramenta, gera elevadas taxas de remocado de material; e ndo
convencionais, quando outro tipo de energia de usinagem € utilizada por exemplo, eletroerosao,
laser, usinagem quimica e eletroquimica, jato abrasivo, etc, onde a taxa volumétrica de remogao de

material € muito menor (CABRERA, 2015).
2.1 Teoria basica da modelagem do processo de usinagem

Corte ou usinagem ortogonal € definido como sendo a situa¢do na qual a aresta de corte da
ferramenta é perpendicular a dire¢do do movimento da peca. Embora as operacdes de corte mais
comuns sejam tridimensionais e geometricamente complexas, este caso mais simples € usado para
explicar os mecanismos gerais da remog¢ao do metal. No modelo de corte ortogonal, o material ¢
retirado por uma aresta de corte que € perpendicular a dire¢do do movimento relativo entre a peca
de trabalho e a ferramenta. A mecénica de operacdes de corte obliquas tridimensionais mais com-
plexas é normalmente avaliada por modelos cinemdticos de transformacao geométrica aplicados
ao processo de corte ortogonal. As representagdes esquemdticas de processos de corte ortogonais e
obliquos sdo apresentados na Figura 2.1.

O corte ortogonal se assemelha a um processo de acabamento com uma ferramenta reta,
cuja aresta de corte é perpendicular a velocidade de corte (v.). Um cavaco de metal com uma
largura de corte (b) e espessura de corte (h,,) € cortado da peca de trabalho. No corte ortogonal,
o corte € assumido como sendo uniforme ao longo da aresta de corte, portanto, € um processo de
deformac¢do no plano bidimensional sem espalhar material para as laterais. Assim, as forcas de
corte sdo exercidas apenas nas direcoes da velocidade e da espessura do cavaco ndo removido, que
sdo chamadas de for¢a tangencial (F}) e forca de avango (F'r). No entanto, no corte obliquo, a aresta
de corte € orientada com um angulo de inclinagdo (¢) e a terceira for¢a adicional atua na direcdo
radial (F}).

Existem trés zonas de cisalhamento no processo de corte, como mostrado na vista em corte
transversal do corte ortogonal (ver Figura 2.2). Como a aresta da ferramenta penetra na peca de
trabalho, o material a frente da ferramenta € cortado ao longo da zona de cisalhamento primaria

para formar o cavaco. O material cortado, o cavaco, parcialmente deformado move-se ao longo da



33

.. angulo de saida

! do cavaco
Superficie de saida Veavaco

~ ferramenta
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ferramenta

Superficie
de folga
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da aresta de corte

|
\\i/‘ |
(a) Corte Ortogonal. (b) Corte Obliquo.

Figura 2.1: Geometria do processo de corte ortogonal e obliquo (ALTINTAS, 2000).

superficie de saida da ferramenta, que € chamada a zona de cisalhamento secunddria. A drea de

friccdo, na qual a superficie de folga atrita com a superficie recém usinada, é chamada de zona
tercidria.

zona primaria

zona
terciaria|

zona secundaria

ferramenta

Figura 2.2: Zonas de deformagao primdria, secunddria e tercidria (ALTINTAS, 2000).

Existem basicamente dois tipos de pressupostos na andlise da zona de cisalhamento priméria.
Merchant (1945b) desenvolveu um modelo de corte ortogonal assumindo a zona de cisalhamento
com sendo um plano fino. Outros, como Lee e Shaffer (1951) e Palmer e Oxley (1959), baseado na
andlise da espessura da zona de deformacdo de cisalhamento, propuseram modelos de “predicao
do angulo de cisalhamento” de acordo com as leis da plasticidade. Neste texto, a zona de cisalha-

mento primdria € assumida como sendo uma zona fina para simplifica¢do, da forma apresentada
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por Merchant (1945b).

A geometria da deformacao e as forgas de corte sdo mostrados na vista em corte transversal
do processo de corte ortogonal, Figura 2.3.

Diagrama da Forca de Corte

Diagrama de Velocidade

plano de
cisalhamento

cavaco

faceda
ferramenta

ferramenta

Diagramas de Tensdo e Deformacao

ferramenta

Figura 2.3: Mecanica do corte ortogonal (ALTINTAS, 2000).

Supde-se que a aresta de corte € afiada sem chanfro ou raio e que a deformagdo ocorre num
plano de corte infinitamente fino. O angulo de cisalhamento ¢, é definido como o angulo entre a
direcdo da velocidade de corte (v.) e o plano de cisalhamento. Assume-se ainda que a tensdo de
cisalhamento (75) e a tens@o normal (o) sobre o plano de cisalhamento sdo constantes; a forca
resultante (F') sobre o cavaco, aplicada no plano de cisalhamento, estd em equilibrio com a forca
aplicada a ferramenta sobre a zona de contato cavaco-face da ferramenta; uma constante de atrito

médio é assumida sobre a zona de contato cavaco-face. A partir do equilibrio da forcas, a forca
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resultante (F7) € formada a partir da for¢a de avanco () e da forga tangencial (F}):

F=\/F+F? 2.1)

A forca de avanco estd na dire¢do da espessura do cavaco ndo removido e a forca de corte
tangencial estd no sentido da velocidade de corte. As forgas de corte que agem sobre a ferramenta
terdo igual amplitude, mas sentidos opostos em relagdo as forcas que agem sobre o cavaco. A
mecanica de corte ortogonal para duas zonas de deformacgdo sdo apresentados como segue:

De acordo com Merchant (1945a) tensdo de cisalhamento 7, no corte ortogonal, Equa-
¢do (2.2), é calculado como fung¢do do angulo de cisalhamento, Equacao (2.3); do angulo de atrito,
Equacdo (2.4), da forca de corte (F}), da for¢a de avango (F), da largura corte b € espessura h,,. A

variavel r, Equagao (2.5), € a razdo entre a espessura do cavaco tedrico e do cavaco deformado.

(F} cos ¢ — Fysin @) sin ¢,

s = 2.2
T, b, (2.2)
tan g, = ——% (2.3)
1—rsina
Fy + Fitana
t , = = 2.4
an Fy + Frtana 24)
h
= = 2.5
r I (2.5)

O corte obliquo, por outro lado, representa o caso de corte no qual a aresta de corte € inclinada
em relacdo ao vetor velocidade. Em operacdes reais de usinagem, o corte é geralmente obliquo,
isso faz com que o cavaco tenha formato de espiral devido ao angulo da aresta de corte. Desta
forma, a configuracdo obliqua produzird uma terceira componente de forca, que nio estd presente

na usinagem ortogonal (ALTINTAS, 2000).

2.1.1 Geometria do corte obliquo

A geometria de corte obliquo € mostrada na Figura 2.4. A velocidade de corte € perpendicular
a aresta de corte no corte ortogonal, enquanto que no corte obliquo, a aresta de corte estd inclinada
com um angulo agudo ¢ em relagdo ao plano normal.

No corte obliquo, um plano perpendicular a aresta de corte e paralela a velocidade de corte é
definido como o plano normal ou F,. Como a deformacdo de cisalhamento € plana, o cisalhamento
e o movimento do cavaco sao idénticos em todos os planos normais paralelos a velocidade de corte
e perpendicular a aresta de corte. Assim, as velocidades de corte (v.), de cisalhamento (v;), e do

cavaco (Ueqavaco) SA0 perpendiculares a aresta de corte, e se encontram no plano de velocidades
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Figura 2.4: Geometria do processo de corte obliquo (ALTINTAS, 2000).

(P,) paralelo ou coincidente com o plano normal (£,). A forca de corte resultante F', juntamente
com as outras forcas que atuam sobre o corte € na zona de contato cavaco—face da ferramenta,
também se encontram no mesmo plano P, no corte ortogonal. Nao h4d nenhuma for¢a de corte na
terceira direcdo (isto €, perpendicular ao plano normal). No entanto, a velocidade de corte tem um
angulo obliquo ou angulo de inclinagao ¢ em operacdes de corte obliquas, e, assim, a direcdao do
cisalhamento, atrito, fluxo do cavaco, e vetor de forcas de corte resultante possuem componentes
em todas as trés dire¢des do sistema de coordenadas cartesianas (X, y, z) (veja Figura 2.4). Na
Figura 2.4, o eixo x é perpendicular a aresta de corte, mas encontra-se na superficie de corte, y esta
alinhado com a aresta de corte, e z € perpendicular ao plano xy. As forcas existem em todas as trés
direcdes no corte obliquo. Os planos importantes no corte obliquo s@o o plano de corte, a superficie
de saida da ferramenta, a superficie de corte Xy, o plano normal xz ou F,, e o plano de velocidades
P, (ALTINTAS, 2000).

A maioria das anélises assume que a mecanica do corte obliquo no plano normal é equivalente
ao do corte ortogonal; portanto, todos os vetores de velocidade e de forca sdo projetados sobre o
plano normal. Na Figura 2.5, o angulo entre o plano de corte e o plano xy é chamado o angulo
normal de corte ¢,,. O cavaco cisalhado move-se sobre o plano da face com um angulo de saida do
cavaco 7, medido a partir de um vetor na face da ferramenta mas normal a aresta de corte. Note
que este vetor normal também fica no plano normal P,. A for¢a de atrito entre o cavaco e a face da
ferramenta € colinear com a direc¢do de saida do cavaco. O angulo entre o eixo z e do vetor normal
a face da ferramenta é definido como o angulo de inclinacdo da face da ferramenta normal «,,. A
forca de atrito na face da ferramenta (ﬁu) e normal a face (ﬁv) formam o vetor de for¢a de corte

resultante (]3) com um angulo de atrito 3, (ver Figura 2.5). O vetor de forca de corte resultante (ﬁ)
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tem um angulo de projecdo agudo #; com o plano normal P,, que por sua vez tem um angulo no
plano de 0,, + «,, com a for¢a normal (F.,). Sendo, 6, 0 angulo entre o eixo x € a proje¢do de F no

plano P,,. As seguintes relacdoes geométricas podem ser obtidas a partir da Figura 2.5:

in 6,
F, = Fsinf, = FSl'n — sinf; = sin G, sinn (2.6)
sinn
tan(6, + o)
F, = F,tanp, = F,—— = — tan(0, + «,,) = tan 3, cosn (2.7)
cosn

Plano normal

paralelo ao
plano de corte

Aresta de
corte

9,

Plano
normal
Pn

aresta de corte

Figura 2.5: Diagrama de forca, velocidade e cisalhamento no corte obliquo (ALTINTAS, 2000).

As velocidades do cavaco (Uiguaco), de cisalnamento (v3), e de corte (v,.) formam o plano de
velocidades P,, como mostrado na Figura 2.5. Cada vetor de velocidade pode ser definido pelas

suas COlTlpOIlCIltCS cartesianas:

Ve = (v.cosi, U, sin, 0),
vca’vaco - (UCCL’UGCO COS 77 Sln an; UCCL'U(ZCO Sln 77) Ucavaco COS 77 COS an)a
Us = (—wscos@; cos oy, —v, sin ¢;, Veavaco COS @ SN ¢y, )

Eliminando v, U.qpaco, € Us a partir da relagdo de velocidade:

—

— —
Vs = Vcavaco — Ve

A seguinte relacdo geométrica entre a dire¢do de corte e de saida do cavaco pode ser obtida
(MERCHANT, 1945a):

tan ¢ cos(¢, — ;) — cos v, tan ¢;

sin ¢,

tann = (2.8)
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2.2 Modelo mecanicista para a predicao das forcas de corte

De acordo com Ng e Aspinwall (2002), modelos analiticos de corte de metal definem as
relacdes entre as componentes da for¢ca com base na geometria do corte. Estes modelos sdo rela-
tivamente faceis de usar com o conhecimento prévio dos dngulos de corte (cisalhamento, atrito e
de saida de cavaco). No entanto, o mecanismo de formac¢do do cavaco no fresamento € dependente
dos parametros de usinagem e do material da peca de trabalho. As variacdes no angulo de saida
do cavaco induzida pela velocidade de corte, poderiam reduzir a precisdo e repetibilidade dos re-
sultados obtidos. Além disso, quando se incluem todas as condi¢cdes necessarias de contorno que
descrevem o processo de fresamento, as equagdes matemadticas podem se tornar tdo complicadas
que uma solucdo ja ndo € possivel. Em geral, a teoria da plasticidade leva a um conjunto de equa-
coes analiticamente sem solucdo quando o encruamento € levado em consideragdo, ou quando a
geometria da peca nao € trivial (NG et al., 2002). A abordagem para modelos de corte de metal, é
muitas vezes feita pela utilizacdo de modelos empiricos e mecanicistas.

Tradicionalmente, a previsao das forcas de corte pela modelagem empirica relaciona as for-
cas médias de corte obtidas experimentalmente para varidveis do processo como, velocidade de
corte, profundidade de corte e outras varidveis através de técnicas empiricas de ajuste de curva
(ARMAREGO E BROWN, 1969). Estes métodos t€m sido aplicados para torneamento, furacio e
fresamento, mas sao mais adequados para operagcdes continuas como torneamento e furagdo, nas
quais nao se espera que as forcas de corte variem ciclicamente, como € o caso do fresamento.

Abordagens semi-empiricas ou mecanicistas tém sido implementadas para operagdes de fre-
samento, nas quais as forcas das ferramentas variam em funcao da espessura instantanea do cavaco
(MARTELOTTI, 1941). Nestas abordagens, as componentes dos coeficientes das forgcas de corte
sdo obtidas através de uma série de testes experimentais realizados para cada combinacio do par
ferramenta—peca, de forma a modelar e relacionar a carga de cavaco utilizando técnicas empiri-
cas. O modelo identifica seis coeficientes que serdo correlacionados com as forgas de corte (LEE E
ALTINTAS, 1996).

Uma outra forma de se trabalhar com estes modelos € utilizando a chamada mecanica uni-
ficada de corte. Essa abordagem difere da abordagem mecanica descrita anteriormente, pois nelas
os coeficientes de forca de corte sdo determinados a partir de ensaios de corte obliquo ou ortogo-
nais. Os testes de corte sdo realizadas através da variacdo de pardmetros de corte, tais como taxa
de avango, angulo de saida e velocidade de corte e sdo medidas as forcas de corte e a espessura do
cavaco. Esta informacao € incorporada num banco de dados e usado para prever os coeficientes ele-
mentares de corte para uma dada condicdo de corte. As forgas de corte podem entdo ser preditas em
qualquer ponto arbitrario ao longo da aresta de corte a partir desse dados ortogonais para uma fresa

de geometria arbitraria e para uma dada condicao de corte. As forcas de usinagem sao separadas em
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forgas de riscamento e forcas de cisalhamento. As arestas de corte helicoidais sio divididas em pe-
quenos segmentos diferenciais de ponta obliqua. Os parametros de corte ortogonal sdo convertidos
em obliquos utilizando o método de transformacao obliqua cldssica (BOWES, 2013).

Virios estudos importantes na formulacdo dos modelos mecanicistas foram realizados. Estes
incluem a descri¢do mecanicista e verificagdo experimental de vérias fresas, como as fresas helicoi-
dais (ALTINTAS E ENGIN, 2001), fresas de topo esférica (LEE E ALTINTAS, 1996), fresas de topo
generalizadas (GRADISEK et al., 2005) e fresas com insertos (ALTINTAS E ENGIN, 2001), com
bons resultados. A precisdo também foi verificada experimentalmente para a previsdo das forgas de
corte na usinagem de Ti—6Al-4V para uma faixa de condic¢des livres de chatter, excentricidade e
problemas de falta de rigidez (ALTINTAS E ENGIN, 2001).

2.2.1 Modelo mecanicista do fresamento

Existe uma variedade de fresas de topo helicoidais usadas em operacdes de fresamento. As
fresas de topo cilindricas sdo usadas no fresamento periférico de pecas prisméticas. Fresas de topo
esféricas sdo amplamente utilizadas na usinagem de pecas esculpidas e superficie de componentes
aeroespaciais e as fresas toroidais sdo normalmente utilizadas para produzir pecas que serdo unidas
a outras pecas. Fresas cOnicas sdo utilizadas em usinagem cinco eixos de compressores de motores
a jato e fresas de forma sdo usadas para abrir perfis complexos, tais como anéis porta-laminas de
turbinas. Apesar da diversidade de fresas, um modelo generalizado da mecanica do corte pode ser
utilizado para analisar a geometria do corte (ENGIN E ALTINTAS, 2001).

A predi¢do das componentes das forcas de corte em operacdes de usinagem, sao necessarias
para a determinacao dos requisitos de poténcia, erros geométricos, bem como caracteristicas vibra-
térias. Além disso, as predi¢des podem ajudar na concepcdo de equipamentos e ferramentas, em
termos de requisitos de resisténcia (BUDAK et al., 1996). Na otimizagao de estratégias de corte, no
planejamento de processo assistido por computador também € desejavel a previsao das forcas. O
conhecimento das for¢as de usinagem pode auxiliar na selecao de condicdes de corte que reduzem
o desgaste excessivo da ferramenta e sua quebra (LEE E ALTINTAS, 1996).

Engin e Altintas (2001) descrevem uma geometria generalizada para fresas de topo segundo
os parametros D, R, R, R., «, B e h. Estes parametros podem ser vistos na Figura 2.6. Diferentes
tipos de fresas de topo podem ser descritos com diferentes valores destes parametros, Figura 2.7.

Estes sete parametros geométricos sao independentes um do outro, mas com restricdoes geo-
métricas, a fim de criar relacdes matematicas. A aresta helicoidal € envolta em torno do envelope
da fresa de topo, como mostrado na Figura 2.8. A mecanica de corte requer a identificacdo das

coordenadas, a geometria da aresta de corte, a carga de cavaco, e as trés forcas de corte diferenciais
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Figura 2.6: Geometria geral do envelope ferramenta (ENGIN E ALTINTAS, 2001).
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(dF.,dF;, dF,) nos pontos de contato (ponto P na Figura 2.8) ao longo da aresta de corte. O ponto

P tem elevagio z, e distincia radial r(z) no plano XY, além de possuir um angulo de imersdo axial

r(z) e um angulo de atraso radial ¢/(z). O dngulo de imersdo axial é definido como o angulo entre

o eixo de corte (eixo da ferramenta) e uma reta normal a aresta de corte helicoidal no ponto P. O

angulo de atraso radial é o angulo entre a linha que conecta o ponto P a ponta da ferramenta sobre

o plano XY e tangente a aresta de corte na ponta da ferramenta. As coordenadas do ponto P sdo

definidas pelo vetor 7(z) em coordenadas cilindricas.

A periferia da fresa € dividida em trés zonas de acordo com a Figura 2.6.

r(z) = © para a zona OM
tan o
r(z) = v/R?— (R, — 2)?+ R, para a zona MN
D
r(z) =u+ztanf, u= 5(1—tanatan,8) para a zona NS

(2.9)

Sendo 7(z) o raio da fresa na elevagdo z, u a distincia entre a ponta da ferramenta e o ponto em

que a linha NS intersecta o plano XY.

Uma circunferéncia com o centro no ponto C, a um deslocamento radial R, e raio R, é

tangente a retas OL e LS nos pontos M e N, respectivamente. Os deslocamentos radiais e axiais

dos pontos M e N medidos a partir do eixo axial da ferramenta sdo encontrados, respectivamente,
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D#0,R=0, R=D/2  D#0, R=R.=D/2, R=0  D#0, R=R,=R.=D/4
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Cénica Esférica Cénica Topo Geral

D#0, R=0, R,=D/2 D#0, R=R.+#0, R=0 D#0, R0 , R.#0 , R.#0
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Cone End Mill Abaulada Inverted Cone End Mill
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R#0, a0, p#0, h#0 o=0, =0, h#0 o0 , =0, h=0

Figura 2.7: Tipos de fresas de topo (ENGIN E ALTINTAS, 2001).

Ccomo.:

_ R.tana+ R, + /(R?+ R?) tan’ o + 2R. R, tana — R2 + R?
B tan?(a + 1)

M, = M, tan « para0 < a < 90

M,

E
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(2.10)

(R, —u)tan B+ R, — \/(R? — R2)tan® B + 2R, (R, — u) tan 8 — (R, — u)? + R2

Nr = tan?(B + 1)

N, =u+ N,tanp para 5 < 90

(2.11)

As linhas OM e SN podem ndo ser necessariamente tangentes a circunferéncia nos pontos M

e N. Se essas retas forem tangentes, a superficie exterior da ferramenta vai ser continua através dos
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Figura 2.8: Modelo geométrico geral para fresas de topo (ENGIN E ALTINTAS, 2001).

trés segmentos, caso contrdrio a superficie serd descontinua assim como o angulo de hélice.

O deslocamento radial a uma altura z e o angulo de imersao axial nas trés zonas sio:

Ao longo da reta OM :
z
r(z) = — K(z) =«

Ao longo do arco MN :
r(z) = R, + VR2 — (R, — 2(¢))? k(z) =sin~! <M) (2.12)

Ao longo da reta NS :
r(z) = No 4 (2(1) = N.) tan wz)=5 8
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Dentes helicoidais podem ser envolvidos em torno da ferramenta como mostrado na Fi-

2.2.2 Modelo geométrico generalizado para arestas de corte helicoidais

gura 2.9.
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w4y J+ 2 K=r(d)(sing; i+ cosg; j) + 2(6;)

Figura 2.9: Aresta de corte helicoidal na ferramenta (ENGIN E ALTINTAS, 2001).

Assim, um vetor desenhado a partir da ponta da ferramenta (ponto O da Figura 2.8) para
O angulo de imersao radial (¢;) varia em fun¢@o do angulo de rotacéo, da posi¢do do dente, e

—

"
Sendo ¢; o angulo de imersao radial do ponto P de uma dente nimero j.

qualquer ponto (P) em um dente helicoidal pode ser expressa como:
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do angulo de hélice local no ponto P. O primeiro dente (7 = 1) é considerado como sendo a aresta
de referéncia, e o seu angulo de rotacdo a uma altura z = 0 € ¢. O dngulo de imersdo para o dente

j na dire¢do z € expresso como:

6i(2) =+ Y by — b(2) (2.14)
n=1

¢p; € o Angulo dentre 2 dentes consecutivos e é calculado como ¢,; = 27 /N, sendo N o nlimero
de dentes. Deve notar-se que esta formulacdo permite considerar fresas de passo varidvel também.
O angulo de atraso radial (¢)(z)) é devido ao dngulo de hélice local i. Uma vez que o didmetro da
fresa pode ser diferente ao longo do eixo, os angulos de hélice e atraso variam ao longo do dente, e
serdo calculados a seguir.

Para calcular o angulo de atraso, deve ser considerada em qual zona o ponto de contato est4.
Zona OM (z < M,)

O angulo da hélice é assumido como constante nesta pequena parte conica, ou seja, i(z) = 1.

A equacdo diferencial e a sua solug@o para um dente helicoidal em espiral num cone e dada por:

dr Ccos «
dy  tanig

r=20 logo = eleosa/ tanio)y (2.15)

Uma vez que o raio da espiral é zero na ponta da ferramenta, a condicdo de angulo de
atraso torna-se 1(0) = —oo. Porém, nas simula¢des comegam com um pequeno deslocamento
radial a partir da ponta, ou seja, r; = M, /20, o que fornece um angulo de atraso inicial igual a
s = In(ry) tanig/ cos . A variag@o do angulo de atraso ao longo do dente helicoidal é avaliada

a partir da Equacao (2.15).

In(z cot «) tanig

Y(z) = — 1 (2.16)

COS v

O angulo de atraso final no ponto M seré:

_In M, tanig

P(2)1e — 1 2.17)

COS ¥

Caso a zona conica OM nao exista (por exemplo em fresas de topo esféricas e toriodais), «,

15 € WY1 SAO ZETO.
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Zona MN (M, < z < N,)

Devido ao deslocamento radial a partir do eixo da ferramenta, o angulo de hélice varia ao

longo do dente para fresas com /ead constante, na forma:

L[ (r(2) = R,) tan i

7 (2.18)

i(z) = tan~

Uma vez que o arco ndo € um quarto de circunferéncia completo devido a tangéncia com o
cone, existe uma descontinuidade no angulo de hélice no ponto M. Isto leva a seguinte expressao

do angulo de atraso:

(R+ 2z — R,) tanig
R

w(z) = - was + wle (219)

Sendo ;. € 1,5 0s angulos de atraso finais no ponto M, formados pelo cone e pelo arco, respecti-

vamente. O angulo de atraso (¢,s), formado pelo arco no ponto M sera:

(R + Mz - Rz) tanio

as = 2.20
(8 I (2.20)
O angulo de atraso final no ponto N sera:

R+ N, — R,)tan:
wae = ( ) ¢ ¢as + ¢le (221)

R

Caso ndo exista o arco, devido a geometria da ferramenta, assim, R =0 — ¢,s =0 e

77ZJae = %01@‘

Zona NS (IV,, < z)

A zona NS das fresas pode ter lead constante ou hélice constante. Se for um /ead constante,
isto resulta em um angulo de hélice varidvel ao longo do dente, o que normalmente é melhor. Mas
a mecanica de corte € mais uniforme quando a fresa tem hélice constante, o que resulta em um lead

varidvel. No entanto, ambos os métodos sao apresentados.
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Se o angulo de hélice for constante, o angulo de atraso varia ao longo do dente:

b(z) = In(NV, — (V, - z)tan f) tanig s + Ve se B0 (2.22)
sin 3
w(z) = <Z_Nz>tan20 _w25+¢ae Seﬁzo

N,

Sendo 1, 0 angulo de atraso final no ponto N do arco e 15, 0 dngulo de atraso inicial gerado pela

zona NS no ponto N. O valor inicial de 1y é:

In(N, )

gy = 1BV tED se 30 (2.23)
sin 3

Pos =0 se 3=0
O valor final de 5. no ponto S é:

In(N, — (N, — h)tan 3) tani
77ZJ26 - ( ( : ) 5) 0 _ 77D28 + wae se /8 7& 0 (224)

sin 3
h— N,)tan1

w2S:( ) anlo+¢ae SCBZO

N,

Se o lead € constante, e a hélice varia ao longo do dente. A hélice nominal (¢5) e o lead (lead),

no ponto N € definido como:

2N,
=t 1 r 2.25
' o [lead - cos 3 } (225)
O que leva a seguinte expressao para a hélice varidvel:
. - (’17/) B wae>r(z)
— tan~! /. 2.26
i(2) an [ — ( )
A variagdo do angulo de atraso (¢(z)) é dada por:
— N,) tan i
p(o) = o Rtanh |, para N, < z < h (2.27)

N,

A seguir o equacionamento € aplicado para modelar uma fresa do tipo toroidal, e é adaptado
do modelo geral de Engin e Altintas (2001), considerando os parametros para este tipo de fresa
D+#0,R=R.=R,=D/4,a = =0,h # 0naFigura 2.6.
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2.2.3 Geometria da fresa toroidal

O envelope de uma fresa toroidal € derivado a partir do modelo generalizado apresentado por
Engin e Altintas (2001). Ao atribuir certos valores para os sete parametros D, R, R, R.,a, 5 e h
¢ definida a geometria de uma fresa toroidal (Figura 2.10). Como visto anteriormente o segmento
OM da Figura 2.6 para a fresa toroidal € zero, logo, para este tipo de ferramenta a aresta fica
dividida em apenas duas partes, sendo a primeira, a superficie toroidal (MN) com angulo de hélice

varidvel e a superficie NS com lead constante, assemelhando-se as ferramentas cilindricas.

Z4

Figura 2.10: Geometria da fresa toroidal.

A velocidade de corte varia ao longo do dente na zona MN das fresas toroidais, o que afeta
significativamente as previsdes das forca de corte. E ainda, a carga de cavaco, sua espessura tedrica,
e as componentes da for¢a de corte devem ser identificadas para avaliar as forcas de corte que atuam
em cada aresta de corte que por sua vez estdo envolvidas em torno do contorno da ferramenta.
A geometria da ferramenta pode ser considerada como um ndmero finito de discos empilhados
axialmente ao longo do eixo da ferramenta. Uma vez que a forca de corte varia em cada um dos
discos, para cada camada horizontal, a for¢ca € considerada como um elemento independente.

De modo a representar e calcular os parametros relacionados, um sistema de coordenadas €
estabelecido tangente ao eixo X na dire¢do do avanco e o eixo Z paralelo ao eixo da ferramenta.
Desta forma, o vetor que parte da ponta da ferramenta a um ponto arbitrdrio sobre a aresta de corte
€ dado pela Equacao (2.13).

Conforme a ferramenta gira, o seu angulo helicoidal e o angulo de imersdo radial também
mudam. Supondo que a primeira aresta de corte 7 = 1 € a aresta de referéncia e o seu angulo de

hélice, a uma altura z = 0 € ¢, assim o angulo de imersao radial da aresta de corte j na elevagao z
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¢ dado pela Equagdo (2.14).

E necessdrio entdo calcular a espessura tedrica (instantanea) do cavaco com base na andlise
do modelo geométrico da ferramenta e sua cinética. Se a posi¢ao de uma aresta de corte € definida,
a espessura do cavaco pode ser expressa pela seguinte expressao analitica, que ¢ uma funcao dos

angulos de imersao radial e axial.

hn(¢) = f.sin(¢) sin(k) (2.28)

Sendo f. o avango por dente, ¢ o dngulo de imersdo radial e x o angulo de imersdo axial.
De acordo com as caracteristicas periféricas da fresa toroidal, as expressoes analiticas gerais

sdo adaptadas da seguinte forma:

D
r(z) =5 - R+ VR?— (R — 2)? zona MN

(2.29)
r(z) = g zona NS

O angulo de hélice varia ao longo do dente devido a mudanga do raio na direcdo radial da

zona de MN. Enquanto i, € o angulo de hélice na parte cilindrica e que ndo varia, i(z) refere-se a

variacdo do angulo de hélice na zona toroidal e é definido como:

1 [ (r(2) — R,) tanig

7 (2.30)

i(z) = tan™

Sendo r(z) o raio da ferramenta a uma altura z, e R € raio circular. O arco MN ¢ tangente a OM
e a NS com centro no ponto C, R, é um deslocamento radial e o raio do arco é R. Desta forma,
o perfil da ferramenta € continuo, e o angulo de atraso € uma funcao da altura z. O deslocamento

radial na altura z e o Angulo de imersdo axial x(z) nas duas zonas podem ser calculados como:

W(z) = %tan io k(z) = cos™* (R; Z) zona MN
(2.31)
2
P(z) = BZ tanig k(z) = g zona NS
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2.2.4 Modelo mecanicista das forcas de corte

Em geral, as for¢as que atuam sobre um segmento, discreto e obliquo, da aresta de corte pode
ser descrito nas dire¢des tangencial, axial e radial, como mostra a Figura 2.8. A for¢a total numa
determinada direc¢do € dividida em duas componentes. A primeira componente descreve as forgas
de riscamento, que sdo as forcas causadas pelo raio da aresta de corte, que gera deformacao plastica
na regido da peca em contato com o dente devido ao raio. Estas forcas de aresta sdo representados
pelos coeficientes de forca de aresta, Ky, K,. € K,. A segunda parte representa as forcas de
corte, que sao devido ao cisalhamento do material na zona de cisalhamento e ao atrito ao longo da
superficie de saida, representada pelos coeficientes K., K. e K,., Lee e Altintas (1996). Juntos

constituem as componentes da for¢a de corte dada pela Equacdo (2.32).

dF, = K. dS+ Ki.h, db
dF, = K,.dS+ K, h, db (2.32)
dF, = K, dS+ Kuh, db

Sendo db o comprimento projetado de uma aresta infinitesimal de corte na direcdo da velocidade
de corte calculado como db = dz/ sin k e h,, a espessura instantinea do cavaco. O comprimento de

um segmento de aresta de corte infinitesimal, d.S, é calculado como:

dS(2) = dz/(r(2)0'(2))? + (r'(2))2 + 1) (2.33)

A Figura 2.11 ilustra estas grandezas. Nos modelos mecanicistas tradicionais de fresamento,
Kiey, Koy Kgey Ky K € K, sdo denominados coeficientes de for¢a de corte e sdo determina-
das através de testes de corte (ZHANG E ZHENG 2004; ZHANG E ZHENG 2005; WANG E QIN
2012). Os testes consistem em uma série de testes de fresamento de canais executados em varias
velocidades e avancos.

O procedimento geral para modelar o fresamento € dividir a geometria de corte em elemen-
tos discretos de aresta e definir a geometria em termos do angulo de saida, hélice ou angulo de
inclinagdo ¢ em relagcdo a um sistema de coordenadas local, a uma variacdo de espessura de corte
com angulo de rotag¢do da ferramenta . Uma vez que estas informacdes sdo conhecidas os coefi-
cientes das forcas de corte e de aresta para cada segmento da aresta podem ser calculados a cada
incremento de rotacdo da ferramenta. As forcas que atuam sobre cada um dos segmentos podem
entdo ser calculados nas dire¢des tangencial, radial e axial do sistema de coordenadas local, e de-
pois transformadas para um sistema de coordenadas global e entdo integradas ao longo de todos

os segmentos para se obter as forcas de corte do sistema de coordenadas global conforme a Equa-
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Y

(c) Vista superior (d) Secdo A-A

Figura 2.11: Angulo de imersdo, componentes da forca de corte, largura de corte e carga de cavaco
no ponto P em uma fresa toroidal (GAO et al., 2013).

¢do (2.32).

As forcas resultantes no sistema de coordenadas cartesiano global podem ser encontradas
através da introducdo de uma matriz de transformacéo [T], Equacdo (2.34) e Equagdo (2.35), que é
funcdo de ¢ e , (ALTINTAS E ENGIN 2001; GRADISEK et al. 2004; GAO et al. 2013).

dF,,. = [T|dF (2.34)
dF, —sinksing —cos¢ — cosksin@ dF,
dFy, ¢ = | —sinkcos¢ sing  —coskcos dF; (2.35)
dF, — COSK 0 —sink dF,

As forcas atuantes sobre uma aresta em particular, 7, a uma profundidade de corte z, podem
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ser encontradas como:

22
F, [0(2)] = / (—dF,, sin s sin ¢; —dFy, cos ¢; — dF,; cos k;sin ¢;) dz
22
F, 10(2)] = / (—dF,, sin k; cos ¢; +dFy, sin ¢; — dF,, cos k; cos ¢;) dz (2.36)
22
F.0(2)] = / (dF}; cos K —dF,; sink;) dz
21

2.3 Ligas de titanio

As ligas de titanio s@o conhecidas como ligas leves devido a baixa densidade, podendo ser
divididas em dois grupos: ligas resistentes a corrosao e ligas estruturais. A distin¢ao resulta através
de diferencas em cristalografia, em termos das fases « e 3, através da utilizagao de varios elemen-
tos de liga. As ligas « sdo caracterizadas pela sua resisténcia a fadiga em altas temperaturas, e
sdo principalmente utilizadas em turbinas de combustdo interna que trabalham a mais de 600°C.
Ligas de alta resisténcia 3, como por exemplo a liga Ti—-10V-2Fe-3Al, sdo usadas em aplicacdes
que exigem uma elevada resisténcia em temperaturas relativamente baixas. J4 as ligas «-f3 sdo li-
gas amplamente utilizadas em estruturas e componentes para motores nas industrias aeroespaciais
(BOwEs, 2013).

Apesar da larga utilizacdo das ligas de titdnio na indudstria aeroespacial, sua excelente resis-
téncia a ambientes altamente corrosivos, levou ao aumento de sua utilizacdo em outras aplicacdes
industriais (SCHUTZ, 2005). Assim, as aplica¢des das ligas de titanio sdo as mais diversas, como
por exemplo, no processamento quimico, na industria de papel e celulose, em aplicacdes maritimas,
na producdo e armazenamento de energia, etc.

Algumas ligas, como a liga Ti-6Al-4V, possuem aplicacdes biomédicas e também em bens
de consumo, como em utensilios de culinaria eletromagnéticos (por causa da sua alta resistividade
elétrica) e equipamentos esportivos. A liga, Ti-6Al-4V, estd dentro do grupo das ligas a-F e é a
mais conhecida das ligas de titanio. Essa liga tem uma boa combinac¢do de propriedades mecanicas

em temperaturas superiores a 315°C.

2.3.1 Propriedades da liga Ti-6Al-4V

A liga Ti-6Al-4V ¢ usada por volta de 60% das vezes na industria aeroespacial quando se
necessita de materiais resistentes a corrosdo. A Tabela 4.6, compara algumas das propriedades fi-

sicas da liga Ti-6Al-4V com o aco ABNT 1045 e o Inconel 718, outro material também bastante
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utilizado na industria aeroespacial. Pode-se observar que o titdnio tem relativamente baixa conduti-

vidade térmica, baixa densidade e alta resisténcia. Ele também tem um alto ponto de fusio, uma alta

dureza e alta relac@o tensdo de escoamento — resisténcia a tragdo. Além disso, tem baixo mdédulo

de Young e deflete mais do que o ago quando submetido a carga. O titdnio também tem uma alta

capacidade térmica C' = 520 J/kgK e € altamente reativo com elementos tipo, oxigénio, nitrogénio

e hidrogénio, resultando em fragilizacdo. Devido a alta reatividade, o titdnio reage com todos os

conhecidos materiais de ferramentas incluindo o diamante policristalino, ceramicas, carboneto de

tungsténio (WC) e nitreto de boro policristalino (PCBN), (ABELE E FROHLICH, 2008).

Tabela 2.1: Propriedades de trés materiais comuns na industria aeroespacial (BOWES, 2013).

Temperatura de | Condutividade | Densidade Moédulo de Dureza
Fusao (°C) Térmica (W/mK) | (g/ cm?) | Elasticidade (GPa) | (HB)
Ti-6A1-4V 1670 7,1 4,43 115 350
Inconel 718 1453 114 8,22 200 300
Aco 1045 1535 51,2 7,84 210 180

2.3.2 Usinabilidade das ligas de titanio

A usinabilidade de um metal € a facilidade que ele possui de ser usinado, e pode ser avali-

ado por: consumo de energia (ou poténcia), integridade, formacgao de cavaco e vida da ferramenta,

(CHILDS et al., 2000 apud KULL NETO, 2013). Embora as ligas de titanio apresentem excelentes

propriedades mecénicas, como citado anteriormente, essas ligas normalmente sao consideradas ma-

teriais de baixa usinabilidade devido a diversas propriedades inerentes ao material. Na Tabela 2.2,

tem-se um resumo sobre a influéncia das propriedades do titdnio na sua usinabilidade.

Pramanik (2014) realizou uma revisao sobre os problemas em usinar as ligas de titdnio, como

principais dificuldades o autor cita:

* Variagdo da espessura do cavaco: Gera for¢as dindmicas ciclicas e pulsantes o que induz a

um mau acabamento superficial, chatter e quebra da ponta da ferramenta;

» Altas pressodes: A superficie de contato reduzida e a baixa plasticidade faz com que pequenas

areas da ferramenta suportem toda a pressao durante o corte;

 Efeito mola: Devido ao baixo mddulo de elasticidade, hd uma agdo de “salto” quando a aresta
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Tabela 2.2: Influéncia das propriedades do titdnio na sua usinabilidade, baseado em (VEIGA

etal.,2013)

Propriedade

‘ Descricao

Referéncia

Condutividade
Térmica

“A baixa condutividade térmica provoca
concentracdo de calor na ponta e superficie de saida

Provoca ainda o cisalhamento adiabatico do cavaco
e, assim, a formacao do cavaco segmentado, que é
uma das fontes da vibra¢do no processo”.

da ferramenta, influenciando negativamente sua vida.

(DONACHIE, 2000)

Reatividade
Quimica

“A reatividade com gases comuns tais como
oxigénio, hidrogénio e nitrogénio leva a formacao de
oxidos, nitretos e hidretos. Estas fases causam
fragilizacdo e diminui¢do da resisténcia a fadiga da
liga. O endurecimento da superficie devido a difusdo
interna de oxigénio e de nitrogénio causa diminui¢ao
da resisténcia a fadiga da superficie usinada e
aumento do desgaste da ferramenta. A reatividade
com o material da ferramenta provoca escoriagdes,
manchas e lascas na superficie da peca e desgaste da
ferramenta por difusao”.

(DONACHIE, 2000)
(VEIGA et al., 2013
apud LUTJERING E
WILLIAMS, 2007)

Moédulo de
Elasticidade

O baixo médulo de elasticidade gera o efeito “mola”
na formagao do cavaco, o que provoca variacdo da
espessura instantanea do cavaco e, com isto, mais

vibragdo é gerada.

(DONACHIE
2000; BRIDGES E
MAGNUS 2001)

Dureza e
resisténcia

A resisténcia em altas temperaturas e dureza das
ligas de titanio requerem elevadas forcas de corte, o
que resulta na deformacgdo da ferramenta durante o
corte. A tensdo de cisalhamento dindmica durante o

corte causa entalhes na ferramenta.

(EZUGWU et al., 2003)

Encruamento

O peculiar encruamento das ligas de titanio provoca
ocorréncia de aresta postica de corte na ferramenta
em baixas velocidade, o que por sua vez induz um

cavaco fino com drea de contato relativamente
pequena com a superficie da ferramenta, resultando
em elevadas cargas. As elevadas tensdes combinadas
com o atrito entre o cavaco e a drea de carga, faz com
que um calor significativo cres¢a em uma drea muito
pequena da ferramenta, o que produz crateras perto
da aresta de corte, resultando em ripida quebra da

ferramenta.

(DONACHIE
2000; JAFFERY E
MATIVENGA 2009)
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da ferramenta entra no corte. A peca tem uma tendéncia a afastar-se da ferramenta, isto faz

com que a espessura do cavaco varie, fazendo com que o sistema vibre.
 Tensoes residuais.

Desta forma, € possivel observar que além das dificuldades em usinar o titdnio devido as suas
propriedades, hd grande tendéncia em vibrar durante o corte. Por isso os estudos voltados ao titanio,

estdo preocupados ndo apenas com as forcas de corte, mas também com as vibracOes geradas.

2.4 Vibracao em operacoes de fresamento

Existem duas principais fontes de vibracdo em operacdes de fresamento: vibragdes forcadas e
vibra¢des auto excitadas (TOBIAS, 1972). A vibragdo for¢ada ocorre quando uma forca excitadora
ciclica € aplicada a uma estrutura eléstica. No fresamento, a ferramenta, o suporte da ferramenta
e 0 eixo-drvore, juntos compdem o conjunto de ferramentas, e a peca de trabalho e sua fixacdo
compdem o conjunto de trabalho. Quando o choque ciclico e as forgas de corte varidveis se aplicam

aos conjuntos de ferramentas e de trabalho, eles induzem vibragdes nestas estruturas.

2.4.1 Vibracoes forcadas

As vibragdes forcadas tém um grande impacto sobre o processo de usinagem, em que uma
ou mais frequéncias do choque e das forcas de corte sdo iguais ou muito proximas de uma ou mais
frequéncias naturais do sistema de usinagem. Por exemplo, se a frequéncia de passagem de dentes
¢ igual a uma frequéncia natural do conjunto de ferramentas, a variacdo ciclica da for¢a de corte
fara o sistema entrar em ressonancia e a ferramenta vibrara excessivamente (TOBiAS, 1972).

Neste caso, o problema pode ser eliminado, geralmente, escolhendo cuidadosamente a velo-
cidade de rotacao de modo que a frequéncia de passagem de dentes ndo seja proxima ou igual a
qualquer uma das frequéncias naturais do sistema de usinagem. Portanto, € essencial identificar as
frequéncias naturais do sistema de usinagem antes de um processo de corte, de modo que uma velo-
cidade de rotacdo adequada possa ser escolhida evitando regides proximas de frequéncias naturais
do sistema de usinagem

No entanto, existem incertezas sobre as frequéncias naturais de um sistema de usinagem,
que podem desafiar os esfor¢os para reduzir ou eliminar o chatter. As frequéncias naturais de um
sistema de usinagem podem nao ser constantes para diferentes processos devido as diferentes con-
dicdes de usinagem, e mesmo durante um processo de usinagem especifico devido a movimentos

de avancgo continuo, a dindmica das condi¢des de corte, etc. Isto torna mais dificil identificar as
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frequéncias naturais de um sistema de usinagem. Isto também indica que, para alta precisdo, as
condicoes de usinagem devem ser mantidas de forma tdo constante quanto possivel para obter um

processo de usinagem gradual e estavel (ALTINTAS, 2000).

2.4.2 Vibracao auto excitada

Em usinagem, chatter ¢ comumente referido como uma vibragdo que se auto excita com a
movimentacao da ferramenta na peca.

Durante o processo de fresamento, os conjuntos de ferramentas e de trabalho vao vibrar de-
vido a variacdes nas forcas de corte. O sistema de usinagem tende a vibrar em suas frequéncias
naturais durante o processo. A aresta de corte da ferramenta, devido a vibracdo, deixa ondas na
superficie usinada. Essas ondulagdes podem fazer com que a proxima aresta de corte experimente
uma variagao na espessura tedrica do cavaco. Este cavaco de espessura varidvel, causado pelas mar-
cas de vibracdo deixadas por uma aresta anterior, provoca flutuagdes na forca de corte, que alimenta
a vibragdo j4 existente, aumentando os niveis de vibragdo. Quando a for¢a dindmica de corte estd
fora de fase com o movimento relativo entre a ferramenta e a peca, isto leva ao desenvolvimento
da vibragdo auto excitada (STEPHENSON E AGAPIOU, 1997). Este tipo de instabilidade é chamada
de chatter regenerativo porque a vibracdo se auto reproduz em um dente subsequente através das
ondula¢des deixadas durante o corte.

As caracteristicas fundamentais de vibragdo auto excitada s@o: (a) a sua amplitude aumenta
com o tempo até que um limite € alcancado devido ao efeito nao linear, (b) a sua frequéncia € igual
a uma das frequéncias naturais do sistema de usinagem (STEPHENSON E AGAPIOU, 1997).

De um modo geral, vibragdes auto excitadas podem ser distinguidas das vibracdes forgadas,
porque as frequéncias das vibracdes forcadas sdo iguais a um multiplo da velocidade de rotagcdao
e da frequéncia de passagem dos dentes, e as frequéncias da vibracdo auto excitada pode ndo ser
igual a um multiplo da velocidade de rotagao.

No entanto, existem alguns fatores que podem desafiar os esfor¢os para detectar e reduzir
as vibracdes auto excitadas. Por exemplo, as frequéncias naturais de um sistema de usinagem po-
dem espalhar-se por uma banda de frequéncias larga, ndo importa o que seja feito, havera uma ou
mais frequéncias multiplas da velocidade de rotacdo dentro da banda de frequéncias naturais. Isto
significa que ndo s6 as vibracdes forcadas vao ser excitadas, mas também € muito provavel que as
vibragdes auto excitadas dentro da banda de frequéncia natural, vao ser geradas uma vez que havera
energia suficiente devido a vibra¢do no processo de usinagem. Isto significa que a eliminagao do
chatter, em um processo de usinagem em particular, pode ser um exercicio trabalhoso, e reduzir o

chatter, muitas das vezes levar a uma reducao da produtividade (ALTINTAS, 2000).
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2.4.3 Chatter no fresamento

Um esquema de uma operagao de fresamento € mostrado na Figura 2.12. Nesta operagdes de
fresamento, multiplos dentes podem estar em contato com a peca simultaneamente, a profundidade
de corte é assumida como constante, desde que a miquina-ferramenta e estruturas de pecas sejam
muito mais rigidas na direcdo z do que nas dire¢des X e y (LANDERS, 2007). A Figura 2.12 repre-
senta apenas um esquema para ilustrar inicialmente o modelo computacional que serd descrito nos

préximos capitulos, pois na prética, a espessura do cavaco varia.

(Y
Rigidez .
estrutural (k,) Amortecimento
: estrutural (c,)
Rigidez
Pega estrutural (k)
., 4{
vaneo Amortecimento

estrutural (c;,)

Figura 2.12: Esquema da operacdo de fresamento: passagem do dente (linha sélida), passagem do
dente anterior (linha tracejada), e profundidade de corte na direcao z (LANDERS, 2007).

O corte no fresamento pode ser considerado como um corte ortogonal de 2 graus de liberdade,
como mostrado na Figura 2.13. O corte € assumido ter um niimero N de arestas com um angulo
de hélice igual a zero. As forgas de corte excitam a estrutura de avanco da peca (direcdo X) e
normais (dire¢do Y), provocando deslocamento dinamico (ondulagdes) em X e y, respectivamente.
Os deslocamentos dinamicos sdo carregados pelo giro de cada dente (j) na dire¢do radial ou na
direcdo da espessura do cavaco com a transformagdo de coordenadas v; = —x sin¢; — y cos ¢;,
sendo ¢; a imersdo angular instantdnea do dente (j) medido no sentido hordrio a partir do eixo (Y)
normal. Se o eixo gira a uma velocidade angular de {2 (rad/s) o dngulo de imersdo varia com o
tempo na forma ®;(t) = Qt, (ALTINTAS, 2001).

A espessura resultante do cavaco consiste de uma parte estdtica (f;sin¢;), que é devido
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Marcas deixada pela Peca
Vibracdo do dente ()

T

Margas deixadas pela
Vibragao do dente (j+1)

Figura 2.13: Mecanismo do chatter no fresamento (ALTINTAS, 2001).

ao movimento de corpo rigido da fresa, e a componente dindmica provocada pelas vibracdes da
ferramenta no dente que estd cortando e o anterior, devido a espessura do cavaco ser medida na

dire¢do radial (v;).

2.5 Modelo vibratoério

A inclusdo de um modelo vibratério no cdlculo das forcas de corte € uma das contribui-
coes deste estudo, e serd descrito com mais detalhes nos capitulos subsequentes. De forma geral,
o deslocamento da ferramenta no modelo vibratério é obtido através de integracao no tempo da
Equacao (2.37).

mX + cx + kx = F(t) (2.37)

Sendo x o vetor de deslocamentos nas direcoes X, Y e Z, X e X a primeira e segunda derivada
temporal do vetor de deslocamentos e F(¢) o vetor de forcas obtido durante os célculos do modelo
mecanicista.

Para resolver a Equacdo (2.37) € necessdrio informar os parametros fisicos da ferramenta
(massa m, amortecimento c e rigidez k) ou informd-los indiretamente através dos parametros mo-

dais (frequéncia natural w,, e fator de amortecimento ().
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A massa pode ser obtida através da pesagem em uma balanga. Porém, para obtencio dos pa-
rametros modais € necessdrio a realizacdo de uma Andlise Modal Experimental (AME). A AME
€ um procedimento utilizado para determinar (estimar, identificar) os parametros modais de um
sistema mecanico baseados em dados obtidos experimentalmente. Os parametros modais sdo ca-
racteristicas inerentes deste sistema. Eles sdo independentes da excitagdo a qual a estrutura esta
submetida. Os parametros modais sdo: Frequéncias Naturais (w,,), Fatores de Amortecimento ({) e
Formas Modais (modos) (MAIA E SILVA, 1997).

Nos experimentos realizados para se obter os parametros modais, a excitagdo aplicada e a
resposta do sistema sdo medidos e relacionados entre si, obtendo uma funcdo de transferéncia,
que correlaciona a saida (resposta) com a entrada (excitagdo), chamada de Fun¢ao de Resposta em
Frequéncia (FRF). Estas FRFs carregam informacgdes relativas a estrutura, e métodos de extragao

sd0 necessarios para que se obtenha os pardmetros modais. Na Figura 2.14 tem-se um exemplo de
uma FRF.

0
=
=
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S —100
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£ —100} |
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Frequéncia [Hz]
Figura 2.14: FRF - Bode plot e fase. fonte: Autor.

Com a FRF experimental, a frequéncia natural e o fator de amortecimento podem ser obtidos
através da estimagdo de parametros. Os métodos de estimagao sio agrupados em métodos no do-
minio do tempo e métodos no dominio da frequéncia. Em termos gerais, os métodos no dominio do
tempo tendem a fornecer resultados melhores quando uma larga faixa de frequéncia ou um grande
ndmero de modos existe nos dados medidos. Por outro lado, os métodos no dominio da frequéncia
tendem a fornecer melhores resultados quando a faixa de frequéncias de interesse € limitada ou o

nimero de modos € pequeno. No entanto, métodos no dominio do tempo tém como maior desvan-
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tagem o fato de s6 poderem estimar os modos dentro da faixa de frequéncia de andlise, ndo levando
em conta os efeitos residuais dos modos que ficam fora desta faixa. Por esta razdo, nos ultimos
anos, as pesquisas focaram nos métodos no dominio da frequéncia, pois estes permitem melhorar
a precisao dos resultados levando-se em conta os termos residuais (MAIA E SILVA, 1997).

Dentre os métodos no dominio da frequéncia pode-se citar: o método Gaukroger-Skingle-
Heron, o método Ewins-Gleeson, o método de Prony na frequéncia, o método da Exponencial
Complexa na frequéncia e o método Polinomial de Fracao Racional (RFP), com destaque para
o método RFP por ser um dos mais populares e amplamente utilizado em modelos de multiplos
graus de liberdade no dominio da frequéncia. Além de obter resultados semelhantes ao método da
exponencial complexa, o método RFP fornece uma estimativa mais precisa para o fator de amorte-
cimento (SCHWARZ E RICHARDSON, 1999).

Em suma, o ajuste de curva ou estimagdo de parametros, € um processo numérico que € ti-
picamente usado para representar um conjunto de dados medidos experimentalmente por alguma
funcdo analitica. Os resultados deste processo de ajuste de curva sdo os coeficientes, ou parametros,
que sdo usados na definicao da funcdo analitica. No que diz respeito a FRF, os parametros que sao
calculados sdo os parametros modais (ou seja frequéncia natural, amortecimento) e residuo. O pro-
cesso de ajuste de curva pode também ser pensado como um processo de compressao de dados, uma
vez que um grande numero de valores experimentais (as FRF medidas) podem ser representados
por um numero muito menor de parametros modais (RICHARDSON E FORMENTI, 1985).

A FRF de um sistema de maltiplos graus de liberdade € descrito pela Equacdo (2.38).

CX(W) (A A
H(w)_m_z (zw—)\r +Zw—)\ji) (2-38)

r=1

Sendo N o ndmero total de modos e w € a frequéncia, (x) indica o conjugado de um ndmero

complexo e A, é definido pela Equacao (2.39).
Ar = 0y + Wy, (2.39)

Sendo w,, = \/m, (=o0/w,er=1,2,3,..., N éum contador do nimero de modos.
Entao um ajuste de curva € utilizado para extrair os polos e zeros (ou residuos) da RFP criada
a partir da FRF experimental. Esta técnica baseia-se no método Forsythe e na ortogonalidade dos
polindmios. A formula¢do do método RFP ¢é descrita em (RICHARDSON E FORMENTI 1982; RI-
CHARDSON E FORMENTI 1985), e pode ser sintetizada como se segue.
O desempenho da técnica de RFP € avaliada em termos do nimero resultante de modos
estaveis e da qualidade do ajuste realizado. Este ultimo € avaliado por dois critérios, que sao o

erro percentual médio e o erro percentual maximo entre o ajuste e a FRF experimental. Eles sao
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definidos pela Equacao (2.40) e Equacgdo (2.41), respectivamente.

N N
1 yn_yn
oy =S| 2.40
Cy = max {M} (2.41)
ne{l,...,N} Un

Sendo n o nimero de frequéncias discretas na faixa de frequéncias, N o nimero total de pontos,
y» a FRF estimada e 7,, a FRF medida.

Ap6s a obtencao dos parametros modais com o método RFP, o modelo vibratério € alimen-
tado e por fim a forca F'(t) da Equacdo (2.37), sdo as forgas calculadas durante a simulagdo do

corte.

2.6 Estabilidade do corte

Os modelos analiticos também podem ser utilizados para prever condicdes em que o corte
serd estavel ou ndo. Ao longo dos anos, vérios pesquisadores investigaram a estabilidade das opera-
coes de fresamento. Os primeiros trabalhos eram focados em modelos simplificados de fresamento
e graficos mostrando faixas de usinagem estavel e instavel foram desenvolvidos. Tais gréficos, cha-
mados de “diagramas de estabilidade de 16bulos” tracam a fronteira que separa a usinagem estavel
e instdvel em relac@o a profundidade axial de corte e velocidade de rotagc@o, para uma combinacao
ferramenta—peca em particular. Estes diagramas foram desenvolvidos utilizando um nimero de hi-
péteses simplificadoras (dire¢cao média da forca de corte, didmetro da fresa infinitamente grande, e
assim por diante), para manter a anélise linear, (SMITH E TLUSTY, 1993). Estes graficos de estabi-
lidade, fornecem informacdes sobre uma faixa de possiveis condi¢des de fresamento (combinacdes
de profundidade axial de corte e velocidade do eixo) que resultardo em um corte estavel ou insta-
vel. No entanto, as informagdes sobre a vibracdo forcada, chatter, superficies, etc., podem sofrer
alteracoes.

Uma abordagem alternativa para o diagrama de estabilidade de 16bulos, € a analise do gréfico
de pico-a-pico (do inglés Peak-To-Peak (PTP)). Os gréaficos de PTP foram propostos por Smith e
Tlusty (1990). Os autores demonstraram que, a medida que as condi¢des de corte se aproximam do
limite de estabilidade, as forcas e os deslocamentos de PTP aumentam consideravelmente, permi-
tindo uma visualizag¢do gréafica do limite de estabilidade.

Em suma, os graficos de PTP sdo uma forma de resumir os resultados de vdrias simulacdes.

Em primeiro lugar, uma gama de velocidades de rota¢do, um tamanho de passo para o vetor veloci-
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dade do eixo, e uma gama de profundidades de corte axial com um tamanho de passo para o vetor
de profundidade axial sdo especificados, sendo o passo de um vetor o numero de divisdes que sdao
realizadas entre o valor inicial e o valor final do vetor para realizar os calculos. O programa roda
de forma iterativa para cada combinac¢do das condi¢des de corte. Apds cada cédlculo, sdo escolhidos
nos registros temporais dos deslocamentos e das forcas nas direcdoes X e Y, os valores maximos
e minimos na sua por¢do estaciondria. Em cada caso, essa diferenca ¢ armazenada como o PTP.
Pode-se observar que esta € a amplitude da componente varidvel do sinal, e que o nivel DC ndo
estd incluido (SMITH E TLUSTY, 1993).
Na Figura 2.15, tem-se um exemplo de grafico de PTP.

Bmin = 1 Bmax = 8 Binc = .5 mn
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Figura 2.15: Gréfico de deslocamento de PTP. Fonte: (SMITH E TLUSTY, 1993).

Os gréficos de PTP mostram regides de instabilidade que sao muito préximas das regides de
instabilidade encontradas no tradicional diagrama de estabilidade de 16bulos, (SMITH E TLUSTY
1993; ALTINTAS E LEE 1996). Uma dificuldade com o PTP € que ele ndo fornece uma repre-
sentacdo direta da relagdo entre estabilidade de corte, profundidade de corte axial e a velocidade
do eixo, que s@o os parametros de interesse. Porém, é possivel criar um outro grafico utilizando os
valores de PTP, e que fornece uma representacdo direta entre a estabilidade de corte, a profundi-
dade axial de corte e velocidade do eixo, através dos contornos de PTP com relacdo aos parametros
citados. Outra vantagem do diagrama de estabilidade de PTP é que a forca de corte de PTP pode
ser mostrada juntamente com a informagao tradicional de estabilidade (LEIGH et al. 2000; SIMS
2005).
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A simulacao das forcas de corte no fresamento, considerando a vibracdo da ferramenta, pode

ser feita conforme o procedimento da Figura 2.16. No texto a seguir os numeros entre chaves ({*}),

representam as etapas da Figura 2.16.

{6}

Testes de fresamento:
F,E,F,

!

Célculo dos coeficientes de corte:
(2} Regressao Linear

N

-

~

Condicdes dinamicas:
m, wy,{

Condicdes de corte:
Ve, Ae, Ay, A

Descricao da ferramenta: Coeficientes de corte:

> (1)

ne de dentes, P, D,R,R,, R, Kt raye Ko rage

Cilculo da vibragao:
mX + cx + kx = F(t)

Integragéo no tempo:
Vibragdo

|

Transformagdo de coordenadas:

{x}rm =[T]~ ! {x}xyz

{7}

] /

Cilculo espessura do cavaco:

{3}

SIM

A

dF, = Vibragdo tangencial
dF,. = Vibragdo radial

dF, = K,chpdb + K,odS
dE. = Kyohydb + KyodS

{4

dF, = Vibragao axial dF, = Kychndb + KgedS

{511
§

Transformacao de coordenadas:

{F}xyz = [Tl{F}rta

I

Resultados:

Figura 2.16: Fluxograma do processo de simulagdo das forcas de corte incluindo a vibragao.

Para simular o fresamento € preciso inicialmente realizar testes experimentais de corte, estes
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testes serdo utilizados para se levantar os coeficientes de corte através de uma regressao linear sobre
as forcas reais obtidas nos experimentos {1}, esses coeficientes entram diretamente nas equagdes
que calculam a for¢a {4}. Além dos coeficientes de corte, para o calculo das forgas, é necessario
calcular a espessura tedrica do cavaco (h,) {3}, esta espessura ird depender das caracteristicas
do corte: velocidade de corte, avango e profundidade de corte (axial e radial) e da geometria da
ferramenta {2}.

No fresamento o corte é descontinuo, ou seja, os dentes entram e saem do corte. Quando um
dente estd cortando {4}, a espessura do cavaco € maior que zero, logo o algoritmo calcula as forgas
de corte. Porém, quando o dente ndo esté cortando {5}, a espessura do cavaco € zero ou menor que
zero (devido aos angulos no equacionamento matematico), nesta situacdo os modelos tradicionais,
como por exemplo, Lee e Altintas (1996); Engin e Altintas (2001); Gradisek et al. (2005); entre
outros, impdem que as forcas de corte sejam zeradas. Mesmo com esta imposi¢do os autores obtém
valores de forca de corte que representem bem as forcas reais em termos de amplitude, porém a
parte dindmica da forca ndo é bem descrita, pois na realidade as forcas de corte ndo sdo realmente
zero na etapa {5}.

Assim, este trabalho propdem uma forma alternativa de se abordar este periodo em que o
dente estd fora do corte {5}, de forma a descrever melhor a simulacdo do fresamento. Serd con-
siderado na etapa {5}, a vibracdo que a ferramenta possui. Para calcular a vibragcdo da ferramenta
€ necessdrio inserir um modelo vibratorio {7}. Este modelo depende das caracteristicas dindmicas
da ferramenta: frequéncias naturais e fatores de amortecimento {6}, que sdo obtidas experimental-
mente através de testes modais. Assim, o deslocamento da ferramenta € calculado em um processo
de integracdo no tempo e alimenta tanto a espessura do cavaco calculada, quanto o periodo em que
o dente esta fora do corte {5}.

O caélculo das forgas de corte pode ser realizado conforme o fluxograma da Figura 2.16 para

incluir o fendmeno vibratério na simulagdo.

2.8 Modelagem numérica

2.8.1 Formulacoes

Basicamente hd duas formulagdes para os modelos numéricos: a Lagrangeana e a Euleriana.
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Lagrangeana

A formulacdo Lagrangeana € usada principalmente em problemas de mecanica dos sélidos.
Este modelo se trata de um esquema implicito, em que a malha de elementos finitos € ligada a peca
de trabalho e cobre toda a regido sob andlise. Isto a torna uma boa escolha quando se trabalha com
materiais que fluem sem restricdo. A formulacdo Lagrangeana € usada nas simulagdes de corte,
devido a sua capacidade para determinar os limites e a forma do cavaco, mesmo sem se conhecer
a priori esses parametros (KILICASLAN, 2009). Apesar das vantagens apresentadas pela formula-
cdo Lagrangeana, algumas dificuldades também sdo encontradas. Devido as grandes deformacdes
durante o corte, ocorrem distor¢cdes severas da malha de elementos finitos o que afeta a solucdo
numérica do problema; e ainda, um critério de separacdo deve ser introduzido para definir quando
o cavaco se separa da pega de trabalho (PANTALE ef al., 2004). Estes critérios de separagdo podem
ser uma forma puramente geométrica (SHIH et al., 1990), fisica (SEKHON E CHENOT, 1993) e
também trabalhadas em conjunto (OBIKAWA et al., 1997).

As equacdes para a formulacdo Lagrangeana quasi-estatica implicita € escrita como:

—

Kn-i—lAﬁn-i-l = Fn+1 (242)
ﬁnJrl = ﬁn+Aﬁn+1 (243)

Sendo K, ; a matriz de rigidez, Aji, ., o vetor de deslocamentos incrementais, ﬁnH 0 vetor
de forcas e fi,, 11 e i, 0 deslocamento nodal atual e anterior respectivamente (VAZ JR., 2000).

A formulagdo dindmica de integracdo explicita no tempo é empregada em problemas que
sdo altamente ndo lineares, condi¢des de contato complexas e fragmentacdo (MARUSICH E OR-

TiZ, 1995). As equacdes para a formulacdo explicita podem ser expressas por:

Mn+1ﬁn + Cn+1/;jn + fim(/D = fen@n) (2‘44)
ﬁn—H - ﬁn + Aﬁn—i—l(Ata ﬁm ﬁn) (245)

Sendo ﬁn ﬁn e fi a aceleragdo, velocidade e deslocamento nodal no tempo ¢, respectiva-
mente. M e C sao as matrizes de massa e amortecimento e f;“‘ e fe’“ sao os vetores de forcas
internas e externas (VAZ JR., 2000). Embora ndo seja necessdrio um processo iterativo, o tama-
nho do passo de tempo afeta a estabilidade da solu¢@o e deve ser muito menor do que o passo da

formulagao implicita.
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Euleriana

Na formulacdo Euleriana, a malha de elementos finitos é espacialmente fixa e ha um fluxo
de material através do volume de controle, eliminando assim a distor¢do dos elementos durante o
processo. Além disso, menos elementos sdo necessdrios para a andlise, reduzindo o tempo com-
putacional. O corte é simulado a partir do estado de equilibrio e, portanto, ndo ha necessidade de
critérios de separacdo em modelos Eulerianos (KILICASLAN, 2009).

A desvantagem da formulagdo Euleriana € a determinagdo dos limites e a forma do cavaco an-
tes da simulacdo. Além disso, a espessura do cavaco, o comprimento de contato ferramenta-cavaco
e as condicdes de contato entre a ferramenta e o cavaco devem ser mantidas constantes durante a
andlise. Isso faz com que a formulacdo Euleriana nao corresponda ao processo de deformagao real
durante o corte (PANTALE et al., 2004).

Lagrangeana-Euleriana arbitraria

As melhores caracteristicas das formulacdes Lagrangeana e Euleriana foram combinadas na
formulagdo Lagrangeana-Euleriana Arbitraria (ALE). Na formulacdo ALE, a malha de elementos
finitos ndo € nem fixa nem espacialmente anexada ao material da peca de trabalho. A malha segue
o fluxo de material e o problema € resolvido para os deslocamentos numa etapa Lagrangeana,
enquanto a malha é reposicionada e o problema € resolvido para velocidades na etapa Euleriana.
A ideia usada na simulacdo de corte é utilizar a abordagem Euleriana para modelar a area ao redor
da ponta da ferramenta, onde ocorre processo de corte. Assim, € evitada a distor¢cdo dos elementos
sem a necessidade de se refazer a malha. A abordagem Lagrangeana ¢é utilizada para o fluxo de
material nas regides sem condi¢des de contorno. Além disso, a forma do cavaco ocorre como uma
fun¢do da deformacao plastica do material (HUETINK E VREEDE, 1990).

A formulacdo ALE ¢ ilustrada na Figura 2.17.

Neste trabalho serd utilizada a formulagdo ALE.

2.8.2 Discretizacao por elementos finitos

A formulacdo por elementos finitos consiste em dividir uma regido continua em regides dis-
cretas chamadas de elementos. Este procedimento é chamado de discretizacdo ou malha. A malha
inicialmente projetada ndo consegue manter sua forma original, e € distorcida devido a grandes

deformacdes plésticas durante a usinagem. Essas distor¢des provocam erros numéricos. Para lidar
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Figura 2.17: Condi¢des de contorno Euleriana e Lagrangeana na simulagio ALE. fonte: Ozel e
Zeren (2007).

com este problema uma malha nova de elementos finitos deve ser gerada, mudando o tamanho e
distribui¢cdo dos elementos. Isso é chamado procedimento de malha adaptativa (VAZ JR., 2000).
Como visto, a descricdo Lagrangeana-Euleriana arbitraria ¢ uma extensdo das formulacdes
Lagrangeana e Euleriana cldssica, unindo as vantagens de cada uma delas. Na descri¢do ALE, os
pontos materiais sdo representados por um conjunto de coordenadas Lagrangeanas X, os pontos
espaciais por um conjunto de coordenadas Eulerianas X e os pontos de referéncia por um conjunto

de coordenadas arbitrarias 5: como mostrado na Figura 2.18.

dominio X, t)

material o L.
Q, dominio
3 espacial
X
- . dominio de
13 Q¢ )referéncia

Figura 2.18: Representacdo da formulagdo ALE. fonte: (PANTALE et al., 2004)

Em um tempo t, um ponto espacial X é tanto a imagem de um ponto material X pelo rastro
X = U(X, ), quanto a imagem de um ponto de referéncia & pelo rastro X = U(£, ¢). A velocidade
material ¥ das particulas é obtida utilizando derivada classica ( * ), enquanto que a velocidade de

referéncia 7 € obtida depois da introduc@o de uma derivada mista ( “ ) que deve ser interpretada
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como uma variagdo “temporal” de uma quantidade fisica para um determinado ponto de referéncia
(PANTALE et al., 2004).

L L X n oz OX

v:xza— e UV=X=— (2.46)

Todas as quantidades fisicas sdo calculadas nos pontos espaciais X no tempo t. Todas as leis de
conservacao devem ser expressas, levando em conta o movimento dos pontos de referéncia durante

a simulacao.
Leis da conservacao na descricao ALE

As leis de conservagdo sdo usadas de uma forma similar as da descricdo Euleriana,
(VAZ JR., 2000). De acordo com a seguinte relagdo () = (") +&V( )sendo @ = 7 — T
a chamada velocidade convectiva e V € o operador gradiente, todas as leis de conservagao Euleri-

ana (massa, quantidade de movimento e energia) podem ser reescritas de acordo com a descricao

ALE a seguir:
p+cVp+pdivi = 0, (2.47)
pi+ peVT = f+divo, (2.48)
pé+pcVe = o:D—divg+r, (2.49)

Sendo p a densidade de massa, f sdo as forcas de corpo, o € o tensor de tensdo de Cauchy, e é
a energia interna especifica, D € o tensor de taxa de deformacao, r é a geracdo de calor do corpo e
q € o vetor de fluxo de calor. Desta forma a descri¢do ALE pode ser considerada como um método

de rezoneamento automatico e continuo.
Discretizacao espacial

Na aproximacgdo de elementos finitos, sdo definidas todas as varidveis dependentes como
fungdes das coordenadas do elemento. O dominio ALE é subdividido em elementos, e para cada
elemento e, as coordenadas ALE s@o dadas por £ = &; NV, onde N sdo as funcdes de forma do ele-
mento e. Tendo em vista a discretizacao espacial das equacdes de massa, quantidade de movimento
e energia, Equacgdo (2.47)-(2.49), pelo método de elementos finitos, a forma variacional classica é
obtida multiplicando essas equagdes, respectivamente, por um conjunto de fun¢do de ponderacio

(p*,0F, €*) sobre o dominio espacial R,. Empregando-se o teorema da divergéncia, as formas varia-
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cionais associadas com estas equagdes, e finalmente, utilizando a abordagem de Galerkin, obtém-se

as equagoes discretizadas correspondentes:

MPp+LPp+ Kp = 0, (2.50)
MY+ LYo+ f™ = f*, (2.51)
M+ If = r (2.52)

Sendo M?, MV, M€ sdo as matrizes de massa generalizadas para as varidveis correspondentes
nas equacdes Equacdo (2.50)-(2.52) respectivamente; L”, L¥, L° sdo as matrizes generalizadas de
conectividade; K* é a matriz de rigidez para a densidade; f™ é o vetor de forgas internas; f é
o vetor de forgas externas; r € o vector de fonte de energia generalizado. Como um exemplo, sdo

apresentadas as expressdes de cdlculo das matrizes citadas anteriormente.

MY = 1] ;1,]:( / pN;NngX) I, (2.53)

v = 1zl = ([ onpens,an)t .54

fi = = /R Ny ;0 ;dRy, (2.55)

f = fe— | NUbdR,+ | NPt doR, (2.56)
Rx O Ry

Sendo NV e NV as fungdes de forma e as fungdes de forma de teste para a velocidade, b,
¢ o vetor de forca de corpo, ¢; € a tragdo no vetor de superficie (incluindo forcas de contato). Os
vetores de forca internos e externos sdo idénticos aos da formulacdo Lagrangeana, exceto que eles
sdo expressos em termos das funcdes de forma de teste. A matriz de massa nio € constante no
tempo visto que a densidade e o dominio variam com o tempo. Portanto, ela deve ser calculada
para cada passo de tempo.

Elementos quadrilaterais de quatro nés com um esquema de integracdo reduzida t€m sido
utilizados para a discretiza¢do do problema em simulagdes 2D enquanto elementos quadrilaterais

de oito nés também com integracio reduzida sdo usados em simula¢des 3D (PANTALE et al., 2004).

2.9 Conceitos para simulacao numérica em usinagem

Na modelagem numérica, modelos precisos de tensdo de escoamento sdo considerados alta-
mente necessarios para representar o comportamento constitutivo do material de trabalho em altas

taxas de deformagdo. De acordo com Johnson e Cook (1985), os materiais submetidos a cargas
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dindmicas, como por exemplo, impacto em alta velocidade, explosdo e operagdes com metal, sdo
sujeitos a uma vasta gama de deformagdes, taxas de deformacdo, temperaturas e pressdes. Em mui-
tos casos, hd uma tendéncia para distinguir entre as propriedades dindmicas e estaticas, sendo esta
diferenca devido simplesmente a taxa de deformacdo. No entanto, grandes deformacdes, pressoes
e temperaturas estao associadas a altas taxas de deformacdo e, portanto, € importante que os efeitos
de todas essas varidveis sejam consideradas.

O modelo de material desenvolvido por Johnson e Cook (1985) é uma relagdo fenomenol6-
gica, ndo sendo baseada na teoria tradicional da plasticidade. Este modelo reproduz vérias respostas
materiais importantes em altas taxas de deformacao e €, portanto, um modelo classico para simu-
lagdes numéricas que envolvem altas taxas de deformacdo. E um modelo elastoplastico de tensio
de Von Mises com base analitica na lei de endurecimento, sendo assim dependente da taxa de
deformacdo e da temperatura.

A usinagem do metal, configura um processo em que podem ser encontradas altas defor-
macoes, taxas de deformacdo e temperaturas. A Tabela 2.3 lista os valores de deformacao, taxa de
deformacdo e a razdo da temperatura do processo com a temperatura de fusdo associada ao material,
em alguns processos de formacgao do metal. O titdnio exibe um comportamento que é dependente
de todos estes parametros e, assim, a usinagem do titdnio exige um modelo do material que leve

em conta todos os fatores.

Tabela 2.3: Tensao, taxa de deformacgdo e temperatura, associada com alguns processos, (SUN E
Guo, 2009).

Processo | Deformagdo | Taxa de Deformagio [s™1] | Tj = t/tmen
Extrusao 2-5 10— 10 0,16 - 0,7
Forjamento 0,1-0,5 10%- 103 0,16 — 0,7
Forjamento de Folhas de Metal | 0,1 -0,5 10%-10° 0,6-0,7
Usinagem 1-10 103-10° 0,16 -0,9

2.9.1 Modelos constitutivos do material

Um dos pontos mais importantes na simulagdo de processos de usinagem é a modelagem
adequada da tensao de escoamento do material da peca, a fim de obter resultados reais. A tensdo
de escoamento é fun¢do da deformacio, da taxa de deformacao e da temperatura e representada na
forma matematica por equacdes constitutivas. Os modelos constitutivos mais utilizados em simu-

lagdes de corte sdo os modelos de Oxley, Zerilli-Armstrong e Johnson-Cook.
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Modelo constitutivos de Oxley

Oxley (1984 apud PRASAD, 2009) utilizou a lei de poténcia para representar a tensdo de

escoamento do material para aco carbono como:
o= oe" (2.57)

Sendo o a tensdo de escoamento, € a deformacdo, o; € a tensdo de escoamento do material
para a deformacdo ¢ = 1,0 e n é o expoente de encruamento. Os valores de o; € n dependem
da velocidade com que a temperatura € modificada (7;0p) dada por MacGregor e Fisher (1946).
Tyrop € definida como:

Tvop =T (1 + u1og€_i) (2.58)
0

Sendo v e £ as constantes do material de trabalho e elas t€ém valores de 0,09 e 0, 1 para aco
carbono (MACGREGOR E FISHER, 1946).

Modelo constitutivo de Zerilli-Armstrong

Os modelos Zerilli-Armstrong sao modelos baseados na fisica, e existem varios tipos de
modelos. Inicialmente Zerilli e Armstrong (1987) desenvolveram duas equagdes constitutivas ba-
seadas na micro estrutura dos materiais. O trabalho foi desenvolvido em estruturas ctbicas de face
centrada (CFC) e estruturas ctibicas de corpo centrado (CCC) para analisar a resposta destas estru-
turas a temperatura e as altas taxas de deformacdo. Os autores observaram que havia uma diferenca
significativa entre essas duas estruturas, e assim, foram desenvolvidos dois modelos distintos.

A equacdo constitutiva para estruturas CCC pode ser escrita como:
€

o = C() + C’lexp <—CgT + C4T1Il ) + C5€n (259)

€0

A tensdo de escoamento para estruturas CFC é definido como:

€

o= Cy+ Cre PPexp (—CgT + C’4Tlnf> (2.60)
€0

Nestas equacdes, C € a componente de tensdo que leva em conta a densidade dos desloca-

mentos na tensdo de escoamento, C';-C’s e n sdo constantes do material e 7' € a temperatura absoluta.

Na Equacdo (2.59), assume-se que a dependéncia da deformacao sobre a tensdo de escoamento nao
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¢ afetada pela taxa de deformacdo e temperatura, ja na Equacdo (2.60) é o oposto.
Modelo constitutivo de Johnson-Cook

O modelo de material de Johnson—Cook (J—C) é normalmente utilizado em simula¢des de
elementos finitos de processos adiabdticos transitérios para modelar a tensdo de escoamento. Este
modelo foi introduzido por Johnson e Cook (1983) para modelar problemas como impactos balis-
ticos e usinagem. O modelo de J-C reproduz vdrias respostas materiais importantes em altas taxas
de deformacdo e €, portanto, um modelo popular para simulacdes de elementos finitos.

A formulagao para o modelo de J-C possui base empirica e representa a tensao de escoamento

em uma equacio na forma:

Oee = (A+B(en)") (1+ Clog(én /) (1 - T™) 2.61)

-~ -~

deformacdo taxa de deformacgdo temperatura

Com

ta - ttr

tmelt - ttr

T = (2.62)
Sendo ¢, a temperatura atual, ., a temperatura de fusdo, e ¢, uma temperatura de transicao,
definida como a temperatura em que ou abaixo da qual, ndo havera mais influéncia da temperatura
na expressdo da tensdo de escoamento.

Os parametros do material devem ser medidos na temperatura de transi¢ao ou abaixo dela.
A constante A é a resisténcia a deformacéo inicial do material a temperatura ambiente e a uma
velocidade de deformagdo s~*. O termo &, representa a deformagdo pléstica equivalente. A taxa
de deformagio €, € normalizada em relagdo a uma taxa de deformag@o de referéncia €s. O termo
temperatura no modelo J-C reduz a tensdo de escoamento para zero a temperatura de fusdo do
material, deixando o modelo constitutivo sem o efeito da temperatura. Quando ¢, = ey, 0 material
vai ser fundido e ird comportar-se como um fluido e ndo haverd resisténcia ao cisalhamento. A
memoria de endurecimento serd removida, levando a deformacao pléstica equivalente a zero. A
taxa de deformacdo de referéncia () € geralmente normalizada para uma taxa de deformacao de
1s7L.

Os parametros A, B, n e m sdo medidos também na temperatura de transicdo ou abaixo
dela. A primeira parte da Equagado (2.61) representa uma componente dependente da deformagao,

enquanto a segunda parte € um modificador da taxa de deformacao, que introduz um endureci-
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mento. Por fim, a terceira parte € um componente dependente da temperatura, que € responsavel
pelo amolecimento térmico do material em temperaturas elevadas.

Os parametros para o modelo de material Johnson—Cook podem ser obtidos através de varios
métodos, como por exemplo, testes de compressao em alta velocidade, testes Split Hopkinson Pres-
sure Bar (SHPB), testes de usinagem pratica, combinagdo de testes convencionais em baixas taxas
de deformacdo com testes de usinagem e técnicas de elementos finitos, (OBIKAWA E USUI, 1996).

Calamaz et al. (2008), modificaram o modelo de material de Johnson—Cook para incluir ainda
mais efeitos de amolecimento dependentes da temperatura para a liga Ti—-6A1—4V. Liu et al. (2013)
propuseram melhorias para o modelo constitutivo de material com fins semelhantes. O modelo de
material modificado de J-C € definido pela multiplicacdo de quatro termos, sendo eles: encrua-
mento, sensibilidade a taxa de deformacdo, comportamento de amolecimento térmico e fluxo de

amolecimento dependente da temperatura, como mostrado na Equagao (2.63).

o — {A + Be”%} [1 +Cn (gif)} (=7 {D +(1-D) (tanh <ﬁ))} (2.63)

Sendo D =1— (T/T,,)¢,p = (T/T,,)°, € a deformagdo, ¢ a taxa de deformagao, &, a taxa

de deformagio de referéncia é..f = 107°, ¢ A, B, n, a, C, m, d, b, r, s sdo constantes do modelo.
2.9.2 Modelos de falha: separacao e morfologia do cavaco

A separagdo do cavaco nas andlises numéricas, tem gerado controvérsias entre 0s pesquisa-
dores; as discussdes se dao pela falta de uma direcao clara da melhor abordagem a ser adotada
nas simulagdes. Na literatura, varios métodos sdo utilizados para modelar o processo de separacao
do cavaco, em que o cavaco € cortado a partir do material de origem. Alguns modelos usam uma
linha de corte predeterminada na qual a ponta da ferramenta passa durante o corte e ao longo desta
linha a falha ou separacdo do elemento nodal pode ocorrer (ALTINTAS E ENGIN 2001; BOWES
2013). A separagdo nodal € alcangada com a gerag@o de novos nds ou com a remoc¢ao de restri¢coes
colocadas em nds sobrepostos quando o critério de separagdo € satisfeito.

Os critérios de separacdo do cavaco com base na separacdo nodal, que sdo utilizados na
literatura, sdo os mais diversos e variam a partir de formulacdes de distancias geométricas nodais
até critérios fisicos que fazem uso de diversos indicadores criticos para determinar a falha.

Usui e Shirakashi (1982) foram os pioneiros na discussdo. Estes autores propuseram um
critério de separacdo de cavacos com base na distincia entre a ponta da ferramenta € o né mais
proximo ao longo de uma dire¢do de corte pré-definida, como ilustrado na Figura 2.19(a). O critério

¢ puramente baseado em considera¢des geométricas e ndo leva em conta uma possivel quebra de
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cavacos fora da linha de corte.

A,
I
B, Critério de
separagao
C,
D, Ferramenta i S S R
E,
X T Q
Hw.c|GwclFwe |Ew |Dw [Cw |Bw [Aw ¥
o / o

Plano de ‘ HW,C GW,C FW EVV DW CW BW AW
Corte ey - Plano de

d Corte

(a) Critério de distancia nodal. (b) Indicador critico.

Figura 2.19: Separacdo do cavaco ao longo de uma linha de corte predeterminada, fonte:
(VAZ Jr., 2000).

Nas simulag¢des utilizando esta estratégia, a medida que a ferramenta avancga, a distincia entre
o né Fy,¢ e a ponta da ferramenta diminui e, a uma distancia critica, d.,, um novo né é criado ou
uma restri¢do € imposta e os nos sao removidos, o que torna possivel a separagdo do material.

O critério da deformacao plastica equivalente, ¢ defendida por Xie et al. (1994) e Hashemi
et al. (1994) como um critério de separacdo do cavaco. Neste caso, o cavaco se separa quando
um valor de energia pldstica e, calculado no n6 mais proximo da aresta de corte, atinge um valor
critico, e, . Este critério tem sido frequentemente criticado devido ao fato de que a separagdo do
né propaga mais rdpido que a velocidade de corte formando uma grande fenda aberta na frente da
ponta da ferramenta. O processo € ilustrado na Figura 2.19(b), em que o indicador de separagdo do
cavaco, /.., representa a tensao plastica equivalente.

Nos casos anteriores, o cavaco se separa ao longo de um plano de corte pré-definido. O uso
de conceitos de fratura ductil foi introduzido pela primeira vez por Iwata et al. (1984). Embora a
consideracgdo inicial tinha sido por tentativa, o modelo simula a usinagem em estado estaciondrio e,
por conseguinte, nenhuma separacdo real do cavaco ocorre. Os critérios de fratura sdo calculados a
posteriori com base no estado de tensdo-deformacao final. De acordo com os autores, esse critério
€ dito como sendo o melhor indicador de separagcdo de cavaco, uma vez que produz a maior drea de
fratura (a drea total onde o indicador atinge o seu valor critico).

Owen e Vaz Jr (1999), utilizaram um critério de separacao do cavaco com base em consi-
deragdes de danos em conjunto com uma malha regenerativa adaptativa e elemento de erosdao. No
critério proposto, a separagdo do cavaco € realizada por procedimentos de regeneracdo de malha
para modelar o crescimento de trinca ao redor dos elementos que falharam. Este método ndo de-

pende de uma linha de corte pré-definida, e pode, assim, modelar os efeitos do raio da aresta na
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simulacdo. Johnson e Cook (1985) desenvolveram uma lei de falha que leva em conta a deforma-
cdo, a taxa de deformacdo, a temperatura, e a pressdo. A originalidade é que esta lei foi definida a

partir de ensaios de tragdo e de tor¢ao. O dano € calculado para cada elemento e é definido por:

A

D=5 "2¢ (2.64)
£r

Sendo:

e = (D1 n DzeDs(ﬁ)) <1 + DyIn (jplf)) (1+ DsT) (2.65)

Sendo Ae definido como o incremento da deformagao plastica efetiva durante um ciclo de
integracdo e € € a tens@o equivalente para fratura e, sob as condi¢des atuais de taxa de deformagao,
temperatura, pressao e tensdo equivalente. O modelo de falha dindmica de Johnson—Cook € baseado
no valor da deformagdo plastica equivalente em pontos de integragdo do elemento € um somatorio
¢ realizada a cada incremento da solugdo. A fratura ocorre quando D = 1,0 na Equagao (2.64). Na
Equagdo (2.65), o parametro p € a tensdo média normalizada pela tensdo efetiva ¢; os parametros
Dy, Do, D3, Dy e D5 sao constantes determinadas a partir de testes de fratura em altas tensoes e
altas taxas de deformac¢do. A temperatura adimensional, 7', foi definida anteriormente no modelo
de endurecimento de Johnson—Cook, Equacao (2.62).

Na Tabela 2.4, tem-se os valores dos parametros D;-D5 da Equacdo (2.65) para a liga Ti—
6A1-4V.

Tabela 2.4: Coeficientes de falha de Johnson—Cook para a liga Ti-6Al-4V(WANG et al., 2014).

D1 D2 D3 D4 D5 éref
—-0,09 10,25 | —=0,5] 0,014 | 3,87 | 1

Morfologia do cavaco

Em processos de usinagem real, o cavaco formado pode ser continuo, descontinuo ou segmen-
tado. Porém, durante muito tempo, a inica condicao de corte analisada era a de formacgao continua
do cavaco. Isto se deve principalmente a problemas, como a capacidade restrita dos computadores,
limitacdo de atualizacdo das tensdes e algoritmos de contato, problemas de convergéncia ou/e até

mesmo a falta de uma maior compreensao dos mecanismos de separagao/fragmentacao do cavaco.
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O cavaco descontinuo é comumente observado quando materiais frageis sao cortados em ve-
locidades de corte baixas. O fendmeno € frequentemente descrito através de deformagao plastica de
cisalhamento, tensio de cisalhamento e modelos de instabilidade de cisalhamento. O cavaco conti-
nuo é comumente produzido durante o corte de materiais ducteis e a operacdo pode ser considerada
como em estado estaciondrio. Sob condicdes de baixa velocidade de corte, em que o atrito entre o
cavaco e a superficie de saida da ferramenta € alto, o cavaco pode se soldar com a ferramenta. Este
acimulo de material € conhecido como aresta postica de corte.

Finalmente, o dltimo tipo de cavaco € um cavaco macroscopicamente continuo, constituido
por regides estreitas de materiais fortemente deformado, alternada com regides maiores de ma-
terial relativamente ndo-deformado. Este cavaco com cisalhamento-localizado, pode ser formado
quando a resisténcia a deformacgdo da peca diminui com a temperatura (ADIBI-SEDEH E MADHA-
VAN, 2005). Sob condig¢des apropriadas, o material rapidamente aquecido numa pequena regido a
frente da ferramenta, pode tornar-se menos resistente do que o material no entorno, que conduz a
deformacio localizada, este fendmeno € conhecido como cisalhamento adiabatico e da origem a
cavacos do tipo serrilhado, e ocorre devido a baixa condutividade térmica de alguns materiais. Este
tipo de cavaco é obtido quando se corta acos endurecidos, acos inoxiddveis e ligas de titdnio em
altas velocidades de corte.

Na Figura 2.20, tem-se a representacao dos tipos de cavacos.

-t

(a) Descontinuo. (b) Continuo.

-l

(c) Continuo com aresta postica de corte. (d) Cisalhamento-localizado.

Figura 2.20: Quatro tipos bdsicos de cavacos.
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2.9.3 Modelos de atrito

O atrito ao longo da interface de contato ferramenta-cavaco, durante o processo de corte, ¢ um
fendmeno complexo (MADHAVAN et al. 1998; L1U E GUO 2000; OZEL E ALTAN 2000). O atrito
influencia a geometria do cavaco, a formacao de aresta postica de corte, a temperatura de corte € o
desgaste da ferramenta. Portanto, € necessario compreender o mecanismo de atrito nas faces e em
torno da aresta da ferramenta, a fim de desenvolver modelos mais precisos para as forcas de corte,
temperaturas, vibragdo e etc.

Dentre os principais modelos para simular a atuacao do atrito durante o corte pode-se citar o

modelo de Coulomb, modelo de cisalhamento constante e modelo de zonas de stick-slip.

Modelo de atrito de Coulomb

Na andlise de corte, o modelo mais simples de atrito é o de Coulomb, que € considerado em
toda a zona de contato da interface ferramenta-cavaco. As tensoes devido ao atrito sao assumidas
com proporcionais as tensdes normais, utilizando um coeficiente de atrito constante /.

O modelo € definido como:
T = |0, (2.66)

Sendo, 7 a tensdo devido ao atrito, ;+ um coeficiente de atrito e o, a tensdo normal.

Modelo de cisalhamento constante

O modelo de cisalhamento constante € outro modelo de atrito bem difundido, em que uma
tensao de atrito constante é assumido na superficie de saida da ferramenta, negligenciando as pe-
quenas variacdes da tensdo de 7 e o,,. A tensdo de atrito € igual a uma percentagem fixa do fluxo

de tensdo de cisalhamento do material de trabalho (k;). O modelo é expresso por:

7=k (2.67)
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Modelo de zonas de stick-slip

Um modelo mais realista foi proposto por Zorev (1963). Ele considerou que a superficie de
saida da ferramenta seja dividida em duas regides de atrito. A primeira zona € a zona de stick, nesta
zona a tensdo normal € muito grande e a tensdo de atrito € assumido como sendo constante e igual
ao fluxo de tensdo de cisalhamento do material. A segunda regidao € a zona de slip, nesta zona, ao
contrdrio da primeira, a tensao normal € pequena e comeca haver deslizamento entre as superficies.
Desta forma, o modelo propde que a tensdo normal diminui a partir do corte da ferramenta para o

ponto em que o cavaco se separa da ferramenta. Um esquema € apresentado na Figura 2.21.

On
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T c
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Figura 2.21: Distribuicdo das tensdes na superficie de saida de cavaco proposto por Zorev (1963).

O modelo de atrito define esta tensdo de cisalhamento critica, 7, em que o deslizamento
(slip) entre as superficies comeca, como uma fragdo da pressdao de contato p entre as superficies
(NG E ASPINWALL 2002; CHEN et al. 2004; SHI E L1U 2006). Os célculos das fases stick-slip
determinam um ponto de transicdo entre a fase de resistir (stick) ou deslizar (slip) e a fracdo da

pressdo de contato. O coeficiente p, € o coeficiente de atrito.

() = pp quando T < Tmax (2.68)

() = T quando T > Tmax (2.69)
Sendo 7.« definido como:

_ Oy
max — ~ = 2.70
7, 73 (2.70)

Neste trabalho o, € definido como o grau de tensdo uni-axial do material (SHI E L1U, 2006).
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A formulagdo indica que o atrito € de sliping, quando a tensdo de atrito assume um valor abaixo
de Tmax, € torna-se sticking quando a tensio de atrito assume valor igual ou maior do que Tyax,
independentemente da tensdo normal de contato. O cisalhamento ocorrerd a uma alta pressao de
contato, porém, quando a pressao de contato € baixa, como € o caso da aresta de corte da ferramenta,
o atrito de deslizamento ird dominar (CHEN ef al., 2004).

E possivel encontrar muitas variagdes para o valor do coeficiente de atrito, na literatura. Konig
et al. (1993) sugerem um coeficiente de atrito constante de valor © = 0,3 , enquanto Shi e Liu
(2006) usam um coeficiente de atrito varidvel calculado a partir de testes de corte ortogonal de
acordo com Equacao (2.72).

e+ Fytana

= 2.71
K F, — F,tan o ( )

Em estudos de modelagem de processos de usinagem através de métodos numéricos Chen
et al. (2004), formularam uma expressao para p (Equacao (2.72)) com a utilizacdo de dados de
corte ortogonal, que relaciona a velocidade de corte v., 0 avanco f, e a profundidade de corte a,.
O material utilizado foi o Ti-6A1-4V com dureza 35 HRC.

= 6_2’04077 . 37 3Uc—0,474 . 07 04]02—0,043 . 07 04(1;0,4034 (272)

Ozel (2006) estudou a influéncia de modelos de atrito na simulacio de elementos finitos em
usinagem e observou que os modelos de atrito tem uma influéncia significativa na previsao da
geometria dos cavacos, for¢as e tensdes sobre a ferramenta. Os modelos de atrito que se baseiam
nas tensdes normais e tensdes de atrito medidas sobre a superficie de saida de cavaco da ferramenta

sd30 mais precisos em suas previsoes.
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3 MATERIAIS E METODOS

Com o intuito de estimar experimentalmente os coeficientes de corte, foram realizados tes-
tes de fresamento. Nesta secio serdo apresentados o material, geometria, propriedades, métodos,

procedimentos experimentais utilizados e a obtenc¢do dos parametros de corte K.. e K ..
3.1 Equipamentos e materiais
3.1.1 Maquina-ferramenta

Os ensaios de fresamento foram realizados no centro de usinagem vertical Mori Seiki SV-40,
do Laboratério de Usinagem dos Materiais da Faculdade de Engenharia Mecanica da UNICAMP.
A mdéquina-ferramenta possui trés eixos de programacao, sendo o eixo-arvore vertical com poténcia
maxima de 22 kW, rotacdo maxima de 12.000 rpm, sistema de fixacao da ferramenta por cone ISO

40 e comando numérico computadorizado GE Fanuc MSC-518.
3.1.2 Dinamoémetro

As forcas nas direcdes X, Y e Z foram medidas utilizando um dinam6metro piezelétrico es-
taciondrio Kistler modelo 9257B fixado na mesa da maquina-ferramenta. Para medicao da forca
este dinamOmetro utiliza cristais de quartzo piezoelétrico, que geram uma carga elétrica quando
submetidos a tensdo através de uma carga externa aplicada ao dinamOmetro. O dinamdmetro tem
uma faixa de medicao de até +15 kN nas direcdes X e Y e de 0 — 30 kN na direcdo vertical ou di-
recdo Z. Sua primeira frequéncia natural quando montado nos flanges ocorre em aproximadamente
2,5 kHz nas direcoes X e Y e em aproximadamente em 3,5 kHz na direcdo Z, ou seja, uma regido
bem adequada para medir as forcas dindmicas presentes na usinagem. O dinamometro foi ligado a
um condicionador de sinais Kistler modelo 5019B, conectado a um computador por meio de uma
placa de aquisi¢cdo A/D National Instruments PCI-6025E, e a rotina para aquisicao dos sinais foi
desenvolvida no software Matlab. A taxa de amostragem foi de 10 kHz, e os sinais foram filtrados
com um filtro analégico passa-baixa de 1 kHz. Esta amostragem foi definida de forma a se verificar
uma ampla faixa de frequéncias e evitando possivel aliasing de componentes espectrais na faixa de

atenuacdo do filtro.



80

3.1.3 Corpo de prova

A liga Ti-6Al-4V foi o material escolhido para realizacdo dos testes de fresamento, visto
que se trata de um material de baixa usinabilidade e com alta tendéncia a vibra¢do, como citado
anteriormente. O corpo de prova utilizado para medicdo dos esfor¢os de corte possuia dimensdes de
170x102x102 mm, com dois furos de 9 mm de didmetro para fixacdo por parafuso no dinamoémetro.

Na Figura 3.1 tem-se a montagem do corpo de prova para realizacao dos ensaios de fresa-

mento.

t .| Dinamdmetro A

V.

Figura 3.1: Montagem para realizacdo dos testes.

3.1.4 Ferramenta

Foi utilizado um porta-ferramentas de ago cédigo R300-016A20L-08L de didmetro 16mm e
2 arestas de corte (2 insertos), Figura 3.2. Foram escolhidos insertos de metal duro redondos de
8 mm de diametro com angulo de saida neutro cédigo R300-0828E-MM classe GC2040 (classe
ISO S30)Figura 3.3. O porta-ferramentas foi fixado em mandril hidrdulico de forma que apresen-
tasse balanco (distancia entre o fim do mandril e a ponta da ferramenta) igual a 85 mm. A classe
de metal duro escolhida possui cobertura multicamada aplicada por processo CVD. A primeira
camada aplicada sobre o substrato da ferramenta é composta por TiCN, que proporciona resistén-

cia ao desgaste por abrasdo. A camada intermedidria € composta por Al,Os, que confere protecdao
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contra altas temperaturas, e a camada externa é composta por TiN, sendo que a espessura final é
de cerca de 4um,(COROMANT, 2007). A ferramenta utilizada possui as seguintes dimensdes de
acordo com a Figura2.6: D = 16 mm, R = R, = R, = 4 mm, a = = (0°. Desta forma a geome-

tria generalizada € adaptada para representar uma fresa do tipo toroidal conforme a Figura 2.10.

| 140 mm \
|
E a
g ’
=)
Q
Porta-ferramentas Insertos

Figura 3.2: Porta-ferramentas utilizado nos testes de fresamento.

278 mm

[—— 8 mm——» —= -

Figura 3.3: Inserto utilizado, R300-0828E-MM classe GC2040 (classe ISO S30).

3.1.5 Fluido de corte

Em todos os experimentos de usinagem utilizou-se como fluido de corte 6leo miscivel de
base vegetal Vasco 1000, fornecido pela Blaser Swisslube, em uma concentracdo de 10% brix e

vazdo de aproximadamente 45 L/min.

3.2 Determinacao dos coeficientes de corte

Os testes experimentais para célculo dos coeficientes de corte foram realizados mantendo
constante a rota¢do (/N = 1557,40 rpm), profundidade de corte (@, = 1 mm) e largura de corte

igual ao didmetro e variando-se o avanco. Os dados obtidos estdo apresentados na Tabela 3.1.
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Sendo F, I, e I, as forgas de corte na direcdo do avango, perpendicular a dire¢do do avango e
na dire¢do normal ao plano XY, respectivamente. As forcas médias mostradas na Tabela 3.1, s@o

obtidas através da média dos valores de pico das amplitudes do sinal de forca em cada medida.

Tabela 3.1: Forcas médias de fresamento nas direcdes X, Y e Z.

Forca max Forca max Forcamax | Velocidade
Avanco e s L1
Teste or dente média na média na média na de Avanco
pf (mm) direcdo X [F, | direcdo Y [F}, | direcdo Z [F, Uy

: N)] N)] N)] (mm/min)
1 0,100 258,30 375,97 400,87 311,40
2 0,125 344,23 407,71 442 .87 389,25
3 0,150 385,25 438,96 475,09 467,10
4 0,175 402,34 486,32 498,04 544,95
5 0,200 492,67 515,13 599,51 622,96
6 0,225 509,86 552,73 646,97 700,83

Ap6s isso, os coeficientes de corte sdo obtidas através de uma regressao linear sobre os resul-
tados das forcas de fresamento apresentados na Tabela 3.1. A regressao pode ser vista na Figura 3.4.

Os coeficientes de corte obtidos para ajustar o modelo computacional sdo:

K. = 1966, 00 [N/mm?]
K,. = 1359, 90 [N/mm?]
Ko = 1546, 90 [N/mm?]

K; = 62,29 [N/mm]
K,. = 189,92 [N/mm]
K, = 95,25 [N/mm]

(3.1)
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4 RESULTADOS E DISCUSSOES

4.1 Resultados

Com a obtencao dos coeficientes de corte, é possivel simular as forcas de corte no fresa-
mento. A simulacdo das forcas, considerando a vibragdo da ferramenta, sera realizada conforme o
procedimento proposto da Figura 2.16. Porém, inicialmente, considerou-se na etapa {5} o procedi-
mento tradicional dos modelos da literatura, zerando as forcas de corte quando um dente nao esta
cortando.

Na Figura 4.1, tem-se a comparacdo das forcas de corte obtidas nos experimentos realizados
neste trabalho e o modelo analitico desenvolvido quando se utilizou somente 1 dente na fresa, para
as seguintes configuragdes de corte: v, = 65 m/min, f, = 0,2 mm/dente, = = 1 dente, a, = 1
mm, a, = 16 mm, ¢y = 180°, ;... = 41,4°, 7o = neutro, corte concordante e sem considerar a

vibracao.

600 T 600 T

300 300
200

100

Forca [N]
Forca [N]

0 F=

—100

—200 —200 8

—300 —300

0 0.01 0.02 003 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08 0.09 0.1 0 001 002 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08 0.09 0.1
Tempo [s] Tempo [s]

(a) Real. (b) Simulado.

Figura 4.1: Forcas de corte Real x Simulada, para a fresa com 1 dente.

Na Figura 4.2, tem-se a comparacdo das forcas de corte obtidas nos experimentos realizados
neste trabalho e o modelo analitico desenvolvido quando se utilizou 2 dentes na fresa, para as
seguintes configuracdes de corte: v, = 65 m/min, f, = 0,1 mm/dente, z = 2 dentes, a, = 1
mm, a, = 16 mm, ¢y = 180°, x,, .. = 41,4°, vy = neutro, corte concordante e sem considerar a
vibragao.

E possivel observar que o modelo analitico prevé a forma da forga, porém existem algumas
diferencas. H4 componentes que ndo sdo contempladas quando se considera as forcas zeradas na
etapa {5} da Figura 2.16. Uma regido que se deve analisar ¢ o periodo em que o dente estd fora

do corte (ver Figura 4.1), sendo este periodo o intervalo de tempo entre a saida de um dente e
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Figura 4.2: Forcas de corte Real x Simulada, para a fresa com 2 dentes.

a entrada do préximo. Diferentemente da medi¢do real, no modelo computacional, a for¢a nesta
regido € zero, devido a imposi¢ao feita no modelo computacional.

Para melhorar a previsdo das forcas de corte, fazendo com que o modelo computacional seja
mais fiel a realidade, foi adicionada a vibrac¢do devido ao processo, nas direcdes X e Y. Desta forma,
quando o dente esta fora do corte, ndo € imposto que a forca seja zero.

O modelo vibratdrio foi descrito na secdo 2.5. A massa foi obtida através da pesagem do
suporte da ferramenta e dos insertos em uma balanca. Ja a rigidez e o amortecimento foram obtidos
indiretamente através dos parametros modais. O experimento para obtencao da FRF foi realizado na

ferramenta montada na mdquina. Por se tratar da mesma ferramenta e da mesma méquina utilizada
por Kull Neto (2013), utilizou-se a mesma FRF, Figura 4.3, obtida por Kull Neto (2013).

50
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&
=
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300 600 900 1200 1500 1800 2100 2400 2700 3000
Frequéncia [Hz]

Figura 4.3: FRF experimental obtida por Kull Neto (2013).

ApOs isto, como descrito, um ajuste de curvas deve ser feito para estimar os parametros
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modais. O método RFP foi utilizado. A Tabela 4.1 mostra os valores dos parametros usados na

simulacao.

Tabela 4.1: Parametros fisico e modais utilizados na simulagao.

Parametro Valor
Massa 527,17 g
Frequéncia 670 Hz
Natural
Fator.de amor- 3.65 %
tecimento

Assim os dois parametros fisicos restantes (c e k) podem ser obtidos através da Equacao (4.1).

¢ = c/(2mw,) 4.1)

W = k/m

Por fim a forga F'(t) da Equag@o (2.37), sdo as forcas calculadas durante a simulag@o do corte

num processo de realimentacgdo.

4.1.1 Resultados considerando a vibracao

O modelo vibratério foi agora considerado no modelo de forcas de corte (etapa {S} da Fi-
gura 2.16) e novas simulagdes foram realizadas. Na Figura 4.4, tem-se a comparacao das forcas
de corte obtidas no teste experimental realizado neste trabalho utilizando-se fresa com somente 1
dente, com o modelo computacional, considerando a vibragdo do corte. Os parametros de corte
foram os mesmos usados para simular a Figura 4.1b.

Na Figura 4.5, tem-se a comparacdo das forcas de corte obtidas no teste experimental reali-
zado neste trabalho utilizando-se fresa com 2 dentes, com o modelo computacional, considerando
a vibracao do corte. Os parametros de corte foram os mesmos usados para simular a Figura 4.2b.

Pode-se observar que a forca simulada se aproximou um pouco mais da realidade, porém
ainda nao representa bem o periodo em que o dente esté fora do corte (periodo de tempo em que a
carga de cavaco € zero). No corte real, a dinAmica € tridimensional, existem forcas e deslocamentos
também na dire¢do Z, perpendicular ao plano XY.

No fresamento, o corte € descontinuo, ou seja, o dente entra e sai do corte. Quando um dente

estd fora do corte, pode ndo existir for¢as agindo sobre ele nas direcdes X e Y, porém a ferramenta
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Figura 4.4: Forcas de corte Real x Simulada, para a fresa com 1 dente e considerando a vibracao.
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Figura 4.5: Forcas de corte Real x Simulada, para a fresa com 2 dentes e considerando a vibragao.

estd sobre a peca e hd uma pressdo da peca na ferramenta na direcdo Z. Desta forma, mesmo que
nao haja carga de cavaco no dente, ainda assim hd componentes de forca. Assim, para melhorar
a previsao dinamica do modelo computacional, quando o dente estd fora do corte {5}, além da
vibrag@o ja considerada, também se adiciona a contribui¢do das forcas na dire¢do Z, isto €, as
forcas sdo obtidas nas direcdes X, Y e Z, porém o modelo calcula as forcas nas dire¢des radial,
tangencial e axial. Quando se faz a transformagao de coordenadas, existem componentes das forcas
da direcdo Z, nas direcdes radial e tangencial, e sdo essas componentes que sdo agora consideradas
também no modelo.
Na Figura 4.6, tem-se a comparagao das forcas de corte obtidas no teste experimental reali-
zado neste trabalho, com o modelo computacional, considerando a vibracdo do corte e a contribui-

cdo da dinamica na dire¢do Z no corte para a fresa com 1 dente. Os parametros de corte foram os



mesmos usados para simular a Figura 4.1b.
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Figura 4.6: Forcas de corte Real x Simulada, para a fresa com 1 dente e considerando a vibragado e

a contribui¢do da dinamica da dire¢do Z no corte.

Na Figura 4.7, tem-se a comparacdo das forcas de corte obtidas no teste experimental reali-

zado neste trabalho, com o modelo computacional, considerando a vibracao do corte e a contribui-

cdo da dindmica na dire¢do Z no corte para a fresa com 2 dentes. Os parametros de corte foram os
mesmos usados para simular a Figura 4.2b.
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Figura 4.7: Forgas de corte Real x Simulada, para a fresa com 2 dentes e considerando a vibracdo e
a contribui¢do da dinamica da dire¢dao Z no corte.

Neste corte descontinuo, que caracteriza o fresamento, quando o dente sai do corte a ferra-
menta, devido a sua flexibilidade, vibra, o que causa as oscilagdes na forca mesmo quando a carga
de cavaco zera. Teoricamente a forca deveria ser zero, mas devido a vibragdo, ela ndo é. Outro fato

que acontece, € que quando o dente sai do corte, a flutuacio causada na forca devido a vibragdo nao
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ocorre como sendo uma oscilacdo em torno de zero, hd uma elevacdo neste nivel. As simulagcdes
sugerem que isso ocorre devido a pressdo que existe entre a ferramenta e a pega no sentido axial da
fresa (direcdo Z).

Algumas limitacdes do modelo matemético podem ser citadas, como a perda de generalidade
para espessuras de corte em torno de 0,1mm e velocidades de corte em torno de 10 m/min, e o alto

tempo de simulacdo quando muitas rotacdes da ferramenta sao desejadas.

4.2 Comparacao com outros testes reais

Nesta etapa o modelo computacional desenvolvido, foi utilizado para predizer as forcas de
corte e comparar com medicOes reais realizadas no Laboratorio de Usinagem dos Materiais da
Faculdade de Engenharia Mecéanica da UNICAMP. Os dados de for¢a de corte reais utilizados neste
trabalho foram os mesmos utilizados por Kull Neto (2013). Por se tratar da mesma maquina, mesma
ferramenta e mesmo material, os mesmo coeficientes especificos de corte puderam ser utilizados.
Kull Neto (2013) obteve forcas de corte também para outras condi¢cdes de corte, desta forma €
possivel verificar a capacidade do modelo desenvolvido em generalizar.

Nos testes de Kull Neto (2013), os parametros de usinagem foram escolhidos de maneira
que para cada velocidade de corte fossem testadas duas frequéncias de entrada de dentes, com
combinagOes de parametros de corte que proporcionassem mesmo volume de material removido
por minuto. Os experimentos seguiram um planejamento fatorial completo 23, tendo como varidveis
de influéncia a velocidade de corte (v.) € 0 avanco por dente (f,). Os parAmetros de corte testados

estao mostrados na Tabela 4.2. Todos os testes foram feitos com corte concordante.

Tabela 4.2: Parametros de usinagem utilizados na medicdo dos esforcos de corte,
(KuLL NETO, 2013).

Teste ‘ Ve (m/min) fz (mm/dente) V/ ‘ Qyp (mm) ‘ Qe (mm) ‘ 900(0) ‘ XT’,max(O) ‘ "
1 o
’ 1 9,3 113,5 41,4 neutro
5 65 0,2 1
6 0,1 2

Na Figura 4.8, tem-se a comparacdo das for¢as de corte obtidas experimentalmente por
Kull Neto (2013) (Teste 1) e o modelo analitico desenvolvido, para as seguintes configuracdes de
corte: v, = 78 m/min, f, = 0,2 mm/dente, z = 1 dente, a, = 1 mm, a, = 9,3 mm, ¢, = 113, 5°,

Xrmaw = 41,4°, 7o = neutro, corte concordante.
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Figura 4.8: Forcas de corte (Teste 1).

Na Figura 4.9, tem-se a comparacdo das forcas de corte obtidas experimentalmente por
Kull Neto (2013) (Teste 2) e o modelo analitico desenvolvido, para as seguintes configuracdes de
corte: v, = 78 m/min, f, = 0,1 mm/dente, z = 2 dente, a, = 1 mm, a, = 9,3 mm, ¢, = 113, 5°,

Xrmaw = 41,4°, 79 = neutro, corte concordante.
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Figura 4.9: Forgas de corte (Teste 2).

Na Figura 4.10, tem-se a comparacdo das forcas de corte obtidas experimentalmente por
Kull Neto (2013) (Teste 5) e o modelo analitico desenvolvido, para as seguintes configuracdes de
corte: v, = 65 m/min, f, = 0,2 mm/dente, z = 1 dente, a, = 1 mm, a, = 9,3 mm, ¢, = 113, 5°,
Xrmaw = 41,4°, 79 = neutro, corte concordante.

Na Figura 4.11, tem-se a comparagdo das forcas de corte obtidas experimentalmente por

Kull Neto (2013) (Teste 6) e o modelo analitico desenvolvido, para as seguintes configura¢des de
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Figura 4.10: Forgas de corte (Teste 5).

corte: v, = 65 m/min, f, = 0,1 mm/dente, z = 2 dente, a, = 1 mm, a. = 9,3 mm, ¢, = 113, 5°,
Xrmaw = 41,4°, 70 = neutro, corte concordante.
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Figura 4.11: Forcas de corte (Teste 6).

No geral as forcas de corte simuladas se aproximaram bem das forcas reais em termos de
amplitude e forma. Quando se fresa com um a, diferente do didmetro da ferramenta o dngulo de
contato € menor que 180°. Quando o modelo computacional avalia esta situagdo, ele ndo consegue
acompanhar a subida suave no inicio da corte, e diferente da medic¢ao real, a for¢a simulada dd um
“salto” quando o dente entra no corte. Este ocorrido é observado mais facilmente na Figura 4.8 e
Figura 4.10, pois por possuirem apenas uma aresta de corte o periodo de tempo em que nenhuma

aresta esta cortando € maior.

Pelo angulo de contato ser menor que 180°, passa a existir um intervalo de tempo em que
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nenhum dente estd cortando também quando se utiliza duas arestas de corte. Isto pode ser observado
na Figura 4.9 e Figura 4.11. O tempo em que os dentes ndo estdo cortando na forca simulada, é
maior do que na medi¢ao real, isto acontece devido a falta de uma subida suave da funcdo que

descreve a for¢a quando os angulos de contato sdao menores que 180°.

4.3 Analise em frequéncia

O resultado das simula¢des no dominio do tempo se mostraram satisfatorios, em relagdo a
amplitude e forma da for¢a, porém € interessante também verificar a resposta em frequéncia, a fim
de analisar a influéncia dos parametros envolvidos nas frequéncias predominantes do sistema. Esta
investigagcdo tem um intuito de avaliar quanto um possivel erro dos parametros pode influéncias nas
frequéncias da forca simulada. Para isso foi calculada a Transformada Répida de Fourier (FFT) das
respostas temporais mostradas nas Figuras 4.6 e 4.7.

Na Figura 4.12, tem-se o espectro das forcas de corte obtidas no teste experimental realizado
neste trabalho (FFT da Figura 4.6(a) em escala logaritmica). A linha preta representa a média do
sinal, esta média auxilia na visualizacdo da frequéncia predominante, porém nao tem a intengao de

ser uma medida precisa.
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Figura 4.12: Espectro das forcas de corte real para a fresa com 1 dente.

Na Figura 4.13, tem-se o espectro das forcas de corte obtidas no teste experimental realizado
neste trabalho (FFT da Figura 4.7(a) em escala logaritmica).

No teste modal apresentado (Figura 4.3) a frequéncia obtida foi 670Hz, porém as frequéncias
dominantes que aparecem no espectro das forgas, tanto para a fresa com 1 dente, quanto com 2
dentes, sdo diferentes de 670Hz. O teste modal € feito com os sinais medidos da excitagdo e da

resposta da ferramenta montada na maquina e parada, porém quando a ferramenta comeca a cortar
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Figura 4.13: Espectro das forcas de corte real para a fresa com 2 dentes.

as frequéncias mudaram e os resultados sugerem que um novo sistema € criado com novas frequén-
cias naturais. E possivel reparar também que as frequéncias nas dire¢des X e Y sdo diferentes,
sugerindo que o novo sistema criado nao € totalmente simétrico.

Nas simulagdes apresentadas nas se¢des anteriores, o sistema dindmico adicionado no mo-
delo analitico para cédlculo das forcas de corte, possuia frequéncia natural de 670Hz em ambas as
direcdes. Na Figura 4.14, tem-se o espectro das for¢as obtidas pelo modelo computacional, consi-
derando a vibragao do corte e a contribuicao da dindmica na dire¢do Z no corte para a fresa com 1

dente (FFT da Figura 4.6(b) em escala logaritmica).
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Figura 4.14: Espectro das for¢as de corte simuladas para a fresa com 1 dente.

Na Figura 4.15, tem-se o espectro das forcas obtidas pelo modelo computacional, conside-
rando a vibracdo do corte e a contribui¢do da dindmica na dire¢do Z no corte para a fresa com 2
dentes (FFT da Figura 4.7(b) em escala logaritmica).
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Figura 4.15: Espectro das forcas de corte simuladas para a fresa com 2 dentes.

Apesar de inserir uma frequéncia natural de 670Hz no sistema dinamico do modelo compu-
tacional, a frequéncia que aparece no espectro de for¢as simuladas € inferior a frequéncia adicio-
nada, além de que as frequéncias dominantes nos graficos das for¢cas simuladas sdo diferentes das
frequéncias dominantes nos graficos das frequéncias das forgas reais. A seguir serdo avaliados os

fatores que influenciam a frequéncia natural do sistema simulado.

4.3.1 Fatores que influenciam a frequéncia natural do sistema simulado

Com o intuito de avaliar a influéncia dos pardmetros de simulacao sobre o resultado da forgas,
alguns casos foram testados, dentre eles destacam-se: componentes de for¢ca em Z, frequéncia na-
tural do sistema adicionado, amortecimento do sistema adicionado e coeficientes de forca de corte

€ aresta.

Contribuicao da forca Z

Foi descrito anteriormente que no corte real para a ferramenta com apenas um dente, quando
este dente ndo estd cortando, ainda sim, existem componentes de forca. Uma das explicacdes € o
permanente contato que a ferramenta tem com a peca na direcdo do eixo da ferramenta (eixo Z
do sistema de coordenada cartesiano utilizado). A contribui¢do destas componentes de forga, foi
adicionada ao sistema dinamico computacional de forma a tornar o resultado da simulacdo mais
proximo da realidade.

Na Figura 4.16, tem-se o espectro das for¢as obtidas pelo modelo computacional, conside-
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rando a vibracdo do corte para a fresa com 1 dente, porém sem a contribuicdo da forca em Z.
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Figura 4.16: Espectro das forcas de corte simuladas para a fresa com 1 dente sem a contribuicao
em Z.

Observando a Figura 4.16, que representa as forcas de corte simuladas sem a contribuicdo em
Z e a Figura 4.14, que representa as forcgas de corte simuladas considerando a for¢a em Z, observa-
se que houve uma reducao na frequéncia predominante quando a forca em Z € considerada. Para a

ferramenta com 2 dentes ndo houve influéncia.

Frequéncia do sistema dinamico adicionado

Um parametro que obviamente ird influenciar a frequéncia que aparece no espectro de forca
€ a frequéncia considerada para o sistema dindmico. Mas ainda assim, € importante verificar este
caso pois é necessario que se entenda como esta influéncia acontece.

Foi realizada uma série de simulacdes de modo a verificar como a frequéncia do sistema
dindmico adicionado influencia o espectro de forcas. Foram realizadas simulagdes com as se-
guintes frequéncias: 670Hz (padrao), -10%(603Hz), -20%(563Hz), -25%(502Hz), +10%(737Hz)
e +20%(804Hz). Nesta primeira etapa, as frequéncias foram variadas porém sempre foram coloca-
das iguais nas duas direcdes (X e Y). Na Figura 4.17, tem-se o espectro das for¢as considerando
a vibragdo do corte e a contribui¢do da dindmica na direcdo Z no corte para a fresa com 1 dente,

reduzindo-se a frequéncia natural do sistema dinamico adicionado.
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Figura 4.17: Espectro das for¢cas de corte simuladas para a fresa com 1 dente reduzindo-se a

frequéncia natural do sistema adicionado.
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Na Figura 4.18, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibraciao do corte e a contribui-
¢do da dindmica na dire¢do Z no corte para a fresa com 1 dente, aumentando a frequéncia natural

do sistema dinamico adicionado.
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Figura 4.18: Espectro das for¢as de corte simuladas para a fresa com 1 dente aumentando a frequén-

cia natural do sistema adicionado.

Para a fresa com 1 dente a frequéncia que predomina no espectro da for¢a simulada € cerca de
10% menor que a frequéncia adicionada no sistema. A propor¢ao de redu¢do/aumento da frequéncia
do sistema € a mesma propor¢ao de redugao/aumento da frequéncia do espectro.

Na Figura 4.19, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibracao do corte e a contribui-
cdo da dindmica na direcio Z no corte para a fresa com 2 dentes, reduzindo-se a frequéncia natural

do sistema dinamico adicionado.



60
40
20
g
= 0
3
2
g —20 |- -
<
—40 |- |
—60 |- :
—80 | | | | | | | | | | |
0 100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000 1100 1200
Frequéncia [Hz]
(a) For¢a na direcdo X (670Hz).
60
40
20 |-
g
= 0
L
=]
2
g —20 |- .
<
—40 |- :
—60 |- |
—80 | | | | | | | | | | |
0 100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000 1100 1200
Frequéncia [Hz]
(c) For¢a na dire¢do X (-10%).
)
i
3
2
g
g
<
—40 |- |
—60 - =
—80

Il Il Il Il Il Il Il Il Il Il Il
0 100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000 1100 1200
Frequéncia [Hz]

(e) For¢a na diregdo X (-20%).

Amplitude [dB]

Amplitude [dB]

Amplitude [dB]

98

60

—60 -

—80

n
=51.86
40 }» ﬁ; X =466.7 b

100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000 1100 1200

0
Frequéncia [Hz]
(b) Forga na direcdo Y (670Hz).
60 T
| ]
a0 ﬁ;zﬂ'% X =414.9 |

—40 |-

—60 |-

—80

100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000 1100 1200
Frequéncia [Hz]

(d) Forga na direcao Y (-10%).

—40 |-

—60 |-

—80
0

Il Il Il Il Il Il Il Il Il Il Il
100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000 1100 1200
Frequéncia [Hz]

(f) Forga na diregao Y (-20%).

Figura 4.19: Espectro das for¢as de corte simuladas para a fresa com 2 dentes reduzindo-se a

frequéncia natural do sistema adicionado.

Na Figura 4.20, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibracao do corte e a contribui-
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cdo da dindmica na dire¢do Z no corte para a fresa com 2 dentes, aumentando a frequéncia natural

do sistema dinamico adicionado.
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Figura 4.20: Espectro das forgas de corte simuladas para a fresa com 2 dentes aumentando a

frequéncia natural do sistema adicionado.

Para a fresa com 2 dentes a frequéncia que predomina no espectro da for¢a € cerca de 30%

menor que a frequéncia adicionada no sistema. A proporcao de reducao/aumento da frequéncia do

sistema € a mesma proporcao de reducao/aumento da frequéncia do espectro.

Esta diferencga entre a frequéncia adicionada e a frequéncia que aparece no espectro, pode

acontecer devido a ndo linearidade do processo de corte, lembrando que a frequéncia obtida ini-

cialmente para o sistema real foi de 670Hz, porém as frequéncias que aparecem nos espectros de

forca medidos s@o menores. Isto sugere que quando o corte se inicia um novo sistema € criado com

uma nova frequéncia natural e por sua vez diferentes nas direcoes X e Y.

Os espectros simulados que mais se aproximaram dos reais sao aqueles com a frequéncia de
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simulacdo préxima da frequéncia do conjunto cortando, sugerindo que a medicao da frequéncia

natural deva ser realizada com os sistema em funcionamento, ou seja, cortando.

Passo de integracao

A teoria apresentada e utilizada para simular as for¢as no fresamento, consiste em dividir a
aresta de corte em segmentos, posteriormente as forgas diferenciais s@o calculadas em cada seg-
mento e por fim € feito um somatdrio. A escolha do passo de integracdo, que resulta no nimero
de segmentos que a aresta de corte serd dividida, é sempre um ponto importante em problemas de
simulacdo. Passos muito grandes resultam em resultados grosseiros, porém passos muito pequenos
ndo garantem a precisdo, € podem fazer com que a simula¢do ndo convirja. A seguir € mostrado
como a escolha do passo de integracao influencia na frequéncia do espectro de forcas simuladas.

Para ilustrar: a profundidade de corte utilizada nas simulagdes € de a, = 1 mm, entdo se
considerar um passo de integragdo de 0, 25 em 0, 25 mm, o programa calculard utilizando 5 valores:
vetor [0 0.25 0.50 0.75 1.0].

Nas Figuras 4.21 e 4.22 € mostrado a influéncia da reducao do passo de integra¢do para a
ferramenta com 1 dente. Reduzir o passo de integracdo corresponde ao aumento do nimero de
segmentos na aresta de corte.

Na Figura 4.21, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibracao do corte e a contribui-
cdo da dindmica na dire¢@o Z no corte para a fresa com 1 dente, passo 0, 25 mm (utilizado nos testes
anteriores). O passo de 0, 25 mm resulta em 5 elementos de célculo na aresta de corte, a frequéncia

inserida no sistema dinamico foi de 670 Hz.
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Figura 4.21: Espectro das for¢as de corte simuladas para a fresa com 1 dente e passo 0, 25 mm.

Na Figura 4.22, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibraciao do corte e a contribui-

cdo da dinamica na direcdo Z no corte para a fresa com 1 dente, passo 0, 20 mm. O passo de 0, 20
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mm resulta em 6 elementos na aresta de corte, a frequéncia inserida no sistema dinamico foi de 670
Hz.
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Figura 4.22: Espectro das for¢as de corte simuladas para a fresa com 1 dente e passo 0, 20 mm.

Diminuindo o passo para 0, 15 mm ou inferior a simula¢io deixou de convergir.

A reducgdo no passo de integracdo, quando a ferramenta possui apenas 1 dente, faz com que
a frequéncia dominante no espectro de for¢as diminua ainda mais, em relagdo a frequéncia natural
adicionada no sistema dindmico, criando-se uma faixa de frequéncias dominantes, neste caso entre
440Hz e 647Hz.

Nas Figuras 4.23 e 4.24 é mostrado a influéncia do aumento do passo de integracdo para
a ferramenta com 1 dente. Aumentar o passo de integracdo corresponde a redu¢do do nimero de
divisOes da aresta de corte.

Na Figura 4.23, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibracao do corte e a contribui-
cdo da dinamica na direcdo Z no corte para a fresa com 1 dente, passo 0, 30 mm. O passo de 0, 30
mm resulta em 4 elementos na aresta de corte, a frequéncia inserida no sistema dinadmico foi de 670
Hz.

Na Figura 4.24, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibracao do corte e a contribui-
cdo da dinamica na direcdo Z no corte para a fresa com 1 dente, passo 0,35 mm. O passo de 0, 35
mm resulta em 3 elementos na aresta de corte, a frequéncia inserida no sistema dinamico foi de 670
Hz.

O aumento no passo de integragdo quando a ferramenta possui apenas 1 dente, faz com que
a frequéncia dominante no espectro de for¢as aumente, em relacdo a frequéncia natural adicionada
no sistema dinamico.

Nas Figuras 4.25, 4.26 € 4.27 € mostrado a influéncia da reducao do passo de integragdo para
a ferramenta com 2 dentes.

Na Figura 4.25, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibraciao do corte e a contribui-
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Figura 4.23: Espectro das for¢as de corte simuladas para a fresa com 1 dente e passo 0, 30 mm.
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Figura 4.24: Espectro das forcas de corte simuladas para a fresa com 1 dente e passo 0, 35 mm.

cdo da dinadmica na direcdo Z no corte para a fresa com 2 dentes, passo 0, 25 mm. O passo de 0, 25
mm resulta em 5 elementos na aresta de corte, a frequéncia inserida no sistema dinamico foi de 670
Hz.

Na Figura 4.26, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibracao do corte e a contribui-
cdo da dindmica na direcdo Z no corte para a fresa com 2 dentes, passo 0,20 mm. O passo de 0, 20
mm resulta em 6 elementos na aresta de corte, a frequéncia inserida no sistema dinamico foi de 670
Hz.

Na Figura 4.27, tem-se o espectro das forcas considerando a vibrag@o do corte e a contribui-
c¢do da dinamica na direcdo Z no corte para a fresa com 2 dentes, passo 0, 15 mm. O passo de 0, 15
mm resulta em 7 elementos na aresta de corte, a frequéncia inserida no sistema dinamico foi de 670
Hz.

Diminuindo o passo para 0, 10 mm ou inferior a simula¢io deixou de convergir.

A reduc@o no passo de integracdo quando a ferramenta possui 2 dentes, faz com que a
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Figura 4.25: Espectro das forcas de corte simuladas para a fresa com 2 dentes e passo 0, 25 mm.
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Figura 4.26: Espectro das for¢as de corte simuladas para a fresa com 2 dentes e passo 0, 20 mm.
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Figura 4.27: Espectro das forgas de corte simuladas para a fresa com 2 dentes e passo 0, 15 mm.

frequéncia dominante no espectro de forcas diminua ainda mais em relacdo a frequéncia natural

adicionada no sistema dinamico.
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Nas Figuras 4.28 e 4.29 é mostrado a influéncia do aumento do passo de integragcdo para a
ferramenta com 2 dentes. Aumentar o passo de integracdo corresponde a redu¢do do nimero de
segmentos na aresta de corte.

Na Figura 4.28, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibracdao do corte e a contribui-
cdo da dindmica na direcdo Z no corte para a fresa com 2 dentes, passo 0,30 mm. O passo de 0, 30
mm resulta em 4 elementos na aresta de corte, a frequéncia inserida no sistema dinadmico foi de 670
Hz.
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Figura 4.28: Espectro das forcas de corte simuladas para a fresa com 2 dentes e passo 0, 30 mm.

Na Figura 4.29, tem-se o espectro das forcas considerando a vibrag@o do corte e a contribui-
¢do da dinamica na direcdo Z no corte para a fresa com 2 dentes, passo 0, 35 mm. O passo de 0, 35
mm resulta em 3 elementos na aresta de corte, a frequéncia inserida no sistema dinamico foi de 670
Hz.
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Figura 4.29: Espectro das forcas de corte simuladas para a fresa com 2 dentes e passo 0, 35 mm.

O aumento no passo de integracdo quando a ferramenta possui 2 dentes, faz com que a
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frequéncia dominante no espectro de for¢as aumente, porém sdo ainda menores que a frequéncia
natural adicionada no sistema dinamico.

A passo de integragdo é sempre um ponto que deve-se avaliar com cuidado, € muito dificil
definir um valor de passo que seja genérico e funcione bem em diferentes condi¢des. Nos resultados
apresentados, para 1 dente, o passo de integracdo de 0,2mm resultou em simulagdes mais proximas
das medig¢des reais, ja para 2 dentes, o passo de integracao de 0,25mm que resultou em simulagcdes
mais proximas das medigdes reais.

O tamanho do passo de integracdo da simulag@o deve ser procurado para diferentes configu-
racdes de simulacio, uma vez que ele tem grande influéncia na frequéncia dominante. Uma forma
de se guiar na escolha, seria avaliar o passo que mais aproxima a primeira frequéncia do espectro

simulado da primeira frequéncia do espectro medido.

Amortecimento

O amortecimento € responsdvel pela reducao da amplitude de vibragdo livre do sistema. A
seguir € mostrado a influéncia do amortecimento na frequéncia dominante do espectro de forcas
simuladas. Em todas as simula¢des realizadas anteriormente utilizou-se um fator de amortecimento
(¢) de 3,65% tanto na dire¢do X ((;), quanto na dire¢do Y ((y).

Nas Figuras 4.30, 4.31 e 4.32 € mostrada a influéncia da reducdo do fator de amortecimento
na frequéncia dominante no espectro de for¢as quando a ferramenta possuia apenas 1 dente.

Na Figura 4.30, tem-se o espectro das forcas considerando a vibrag@o do corte e a contribui-
¢do da dindmica na direcdo Z no corte para a fresa com 1 dente. O fator de amortecimento utilizado

foi (, = ¢y = 3,65%, a frequéncia natural inserida no sistema dindmico foi de 670 Hz.
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Figura 4.30: Espectro das forcas de corte simuladas para a fresa com 1 dente e (, = ¢, = 3,65%.
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Na Figura 4.31, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibracao do corte e a contribui-

c¢do da dinamica na direcdo Z no corte para a fresa com 1 dente. O fator de amortecimento utilizado

foi (, = 1,75% e ¢, = 3,65%, a frequéncia natural inserida no sistema dindmico foi de 670 Hz.
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Figura 4.31: Espectro das forgas de corte simuladas para a fresa com 1 dente e (, = 1,75% e
Gy = 3,65%.

Na Figura 4.32, tem-se o espectro das forcas considerando a vibrag@o do corte e a contribui-

¢do da dinamica na direcdo Z no corte para a fresa com 1 dente. O fator de amortecimento utilizado

foi ¢, = 3,65% e (, = 1,75%, a frequéncia natural inserida no sistema dindmico foi de 670 Hz.
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Figura 4.32: Espectro das forcas de corte simuladas para a fresa com 1 dente e (, = 3,65% e
Gy = 1,75%.

Nas Figuras 4.33 e 4.34 € mostrada a influéncia do aumento do fator de amortecimento na

frequéncia dominante no espectro de forcas quando a ferramenta possuia apenas 1 dente.
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Na Figura 4.33, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibracao do corte e a contribui-
c¢do da dinamica na direcdo Z no corte para a fresa com 1 dente. O fator de amortecimento utilizado

foi (, = 3,65% e ¢, = 7,0%, a frequéncia natural inserida no sistema dindmico foi de 670 Hz.
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Figura 4.33: Espectro das forgas de corte simuladas para a fresa com 1 dente e (, = 3,65% e
Gy =7,0%.

Na Figura 4.34, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibracao do corte e a contribui-
cdo da dinamica na direcdo Z no corte para a fresa com 1 dente. O fator de amortecimento utilizado

foi (, = 7,0% e ¢, = 3,65%, a frequéncia natural inserida no sistema dindmico foi de 670 Hz.
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Figura 4.34: Espectro das forcas de corte simuladas para a fresa com 1 dente e (, = 7,0% e
Gy = 3,65%.

E possivel observar que a reducio do fator de amortecimento faz com que a frequéncia pre-

dominante no espectro de forcas diminua, € o aumento do fator de amortecimento faz com que a
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frequéncia do sistema aumente, porém devido a ndo linearidade do corte existe influéncias diferen-
tes na resposta dependendo da direcdo que o amortecimento é modificado.

Nas Figuras 4.35, 4.36 ¢ 4.37 € mostrado a influéncia da reducao do fator de amortecimento
na frequéncia dominante no espectro de forcas para a ferramenta com 2 dentes.

Na Figura 4.35, tem-se o espectro das forcas considerando a vibrag@o do corte e a contribui-
¢do da dindmica na dire¢do Z no corte para a ferramenta com 2 dentes. O fator de amortecimento

utilizado foi ¢, = ¢, = 3,65%, a frequéncia natural inserida no sistema dindmico foi de 670 Hz.
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Figura 4.35: Espectro das forcas de corte simuladas para a fresa com 2 dentes e ¢, = ¢, = 3,65%.

Na Figura 4.36, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibracao do corte e a contribui-
cdo da dindmica na dire¢do Z no corte para a ferramenta com 2 dentes. O fator de amortecimento
utilizado foi (, = 1,75% e ¢, = 3,65%, a frequéncia natural inserida no sistema dindmico foi de
670 Hz.

Na Figura 4.37, tem-se o espectro das for¢as considerando a vibracao do corte e a contribui-
cdo da dinamica na dire¢do Z no corte para a ferramenta com 2 dentes. O fator de amortecimento
utilizado foi (, = 3,65% e (, = 1, 75%, a frequéncia natural inserida no sistema dindmico foi de
670 Hz.

Nas Figuras 4.38 e 4.39 € mostrado a influéncia do aumento do fator de amortecimento na
frequéncia dominante no espectro de forcas para a ferramenta com 2 dentes.

Na Figura 4.38, tem-se o espectro das forcas considerando a vibragao do corte e a contri-
bui¢do da dindmica na direcdo Z no corte para a fresa com 2 dentes. O fator de amortecimento
utilizado foi ¢, = 3,65% e ¢, = 7,0%, a frequéncia natural inserida no sistema dindmico foi de
670 Hz.

Na Figura 4.39, tem-se o espectro das forcas considerando a vibragdao do corte e a contri-

buicdo da dindmica na dire¢do Z no corte para a fresa com 2 dentes. O fator de amortecimento
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Figura 4.36: Espectro das forcas de corte simuladas para a fresa com 2 dentes e (, = 1,75% e
Gy = 3,65%.
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Figura 4.37: Espectro das forcas de corte simuladas para a fresa com 2 dentes e (, = 3,65% e
Cy = 1,75%.

utilizado foi ¢, = 7,0% e ¢, = 3,65%, a frequéncia natural inserida no sistema dindmico foi de
670 Hz.

Para a ferramenta com 2 dentes o fator de amortecimento no teve influéncia sobre a frequén-
cia natural do sistema dinamico. Isto pode ser explicado pelo fato que quando a ferramenta possui
2 dentes, sempre um dos dentes estd cortando, ndo havendo um intervalo de tempo na qual a ferra-
menta vibra livremente, fazendo com que a influéncia da resposta natural do sistema seja pequena.

Os resultados sugerem que o fator de amortecimento pode ser obtido através da FRF como

realizada neste trabalho, os melhores resultados foram para o fator de amortecimento de ¢, = ¢, =
3,65%.
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Figura 4.39: Espectro das forcas de corte simuladas para a fresa com 2 dentes e (, = 7,0% e
Gy = 3,65%.

A Tabela 4.3, Tabela 4.4 e Tabela 4.5, resumem os resultados das simulacdes para avaliar os

fatores que influenciam no espectro de forcas.
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Tabela 4.3: Influéncia da frequéncia natural adicionada no medelo dindmico na simulacao.

| Frequéncia Adicionada (Hz) | Freq. Resultante 1 dente (Hz) | Freq. Resultante 2 dentes (Hz) |

670 622,3 466,7
603 570,5 419.9
563 4927 363.,0
502 466,7 -

737 647,2 518,6
804 752,0 5704

Tabela 4.4: Influéncia do passo de integracdo na simulacao.

| Passo (mm) | Freq. Resultante 1 dente (Hz) | Freq. Resultante 2 dentes (Hz) |

0,25 622,3 466,7
0,20 440,5 414,6
0,15 nao convergiu 4142
0,30 674,77 519,0
0,35 727,2 623,2

Tabela 4.5: Influéncia do fator de amortecimento na simulagao.

| Amortecimento ( (%) | Freq. Resultante 1 dente (Hz) | Freq. Resultante 2 dentes (Hz) |

Direcdo X | Direcdo Y | Diregdo X Direcdo Y Direcdo X Direcdo Y
3,65 3,65 622,3 6223 466,7 466,7
1,75 3,65 605,0 605,0 466,7 466,7
3,65 1,75 544,5 544,5 466,7 466,7
3,65 7,00 674,2 674,2 466,7 466,7
7,00 3,65 6224 6224 466,7 466,7

Consideracoes

Pelos resultados € possivel observar que todos os parametros estudados influenciaram muito
menos a frequéncia dominante do sistema, quando se utilizou 2 dentes na ferramenta. Isso pode
ser explicado devido ao tempo de contato da ferramenta com a peca. Quando a ferramenta possui 2
dentes, no corte de canais, a ferramenta sempre estard cortando, evitando que ela tenha um intervalo
de tempo em que estard vibrando livremente, e ainda as forcas de corte sdo menores, pois a carga

de cavaco € distribuida nos 2 dentes.
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4.4 Verificacao da estabilidade

Nesta etapa os graficos de pico-a-pico (PTP) serdo utilizados para verificar a estabilidade no
corte. Na Figura 4.40, tem-se o grafico de PTP criado com o modelo computacional implementado,
variando a velocidade de rotagdo de 1000 a 2500 rpm em intervalos de 100 em 100 rpm, e variando a
profundidade de corte de 0,7 a 2,8 mm em intervalos de 0,3 em 0,3 mm, para 20 voltas da ferramenta
com duas arestas de corte. Nos graficos de PTP, cada linha representa uma profundidade de corte
diferente. Quando o corte € estavel, a forca ou deslocamento de PTP ndo variard com pequenas
alteracdes na velocidade de rota¢dao. Quando o corte € instdvel, a forca ou deslocamento de PTP vai

mudar drasticamente com pequenas mudangas na velocidade de rotacdo (SMITH E TLUSTY, 1993).

-10* 1073

PTP F, [N]
o o
[=2] joe]

(=)
kS
PTP Deslocamento [m]

0.2

e e e e et | ! ! 1 1 1 1 1
?000 1200 1400 1600 1800 2000 2200 2400 ?000 1200 1400 1600 1800 2000 2200 2400
Rotacido do eixo [rpm] Rotacido do eixo [rpm]
(a) Forca de PTP. (b) Deslocamento de PTP.

Figura 4.40: Gréfico de PTP, for¢a e deslocamento.

Como descrito na secdo 2.6, os graficos de PTP ndo fornecem uma representacao direta da
relacdo entre estabilidade de corte, profundidade de corte axial e a velocidade do eixo, mas é possi-
vel criar um outro grifico que fornece uma representacao direta entre a profundidade axial de corte
e velocidade do eixo utilizando, os valores de PTP e assim correlacionar com uma regido de corte
estavel ou instavel.

Na Figura 4.41, tem-se o grifico de estabilidade de PTP obtido a partir do grafico de deslo-
camento de PTP.

Para testar a estabilidade do corte, o gréifico de estabilidade de PTP obtido a partir dos deslo-
camentos de PTP, Figura 4.41, foi utilizado. Foram testadas diversas condi¢des a fim de verificar a
estabilidade do corte com diferentes combinagdes de a,, e rotagdo do eixo.

Inicialmente nas simulagcOes para teste, foi mantida uma rotacao constante (1557,40 rpm) e
variou-se 0 a,. Os valores de profundidade de corte testados foram a, = 1.0,1.4,1.6 ¢ 2.0 mm,

conforme as regides marcadas por circulos na Figura 4.42.
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Figura 4.41: Gréfico de estabilidade de PTP.

00[s9d d Ld

B

Profundidade de corte axial [mm]
[mu.l]?nuau.m

/
1500

2000
Rotagdo do eixo [rpm]

Figura 4.42: Pontos de teste.
A seguir sdo apresentados os graficos de forca e aceleracdo para as simulagdes realizadas.

As aceleracdes sdo obtidas através da derivacdo dos deslocamentos calculados na etapa {7} da
Figura 2.16.



400 T i — ‘,‘ T
Vi /\ —F,
“\ \ “J\ N &\\ “/\/\ —F
I f [ T
L o N I I I
N \ \ \ |
20|11 ‘\ | \ | \ | \ 1
_ | | | | | | | |
Z A H [ |
S 100 | It/ 7 / t—
£ AN AT AT O
|/ | (. I ( ‘
|/ / i / )
ol I ﬂ“f‘/ 1l ”\// n
(T Y AT AN
—100 - y
—200 | Il Il Il Il Il | | |
0 001 002 003 0.04 005 0.06 007 008 0.09 0.1
Tempo [s]
(a) Forga.

Figura 4.43:

a, = 1 mm.

1,200

Simulacdo com os pardmetros: v, =

1,000 -

800 -

600 -

400 -

Forga [N]

200 -

v
—200 -

—400
0

Figura 4.44: Simulacdo com os parametros:

a, = 1.4 mm

I I I I I I I I
0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08
Tempo [s]

(a) Forga.

|
0.09

0.1

v, = 65 m/min, f,

114

o 02
E
> 0.1 8
5
g
O
£ —0.1F -
L
[5)
g oo | L L L
0.04 0.05 0.06 0.07 0.08 0.09 0.1

0 0.01 0.02 0.03
Tempo [s]

Aceleracio em Y [m/s?]
|
o
— (==}

0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08 0.09 0.1
Tempo [s]

(b) Aceleragio.

65 m/min, f, = 0.1 mm/dente, z = 2 dentes,

& 0.2
£
w  0.1f o
=]
° 0
o
S,
£ —0.1
2
8 ool
< 0 001 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08 0.09 0.1
Tempo [s]
& 0.2
£
> 0.1p 1
5
g !
On
g —0.1 .
2
o}
ét) —0.2 | | | | | | | | |
0 0.01 0.02 0.03 0.04 005 0.06 0.07 0.08 0.09 0.1
Tempo [s]

(b) Aceleragéo.

= 0.1 mm/dente, z = 2 dentes,



115

=}

Aceleragdo em X [m/s?]

0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08 0.09 0.1
\f ! Tempo [s]

Forga [N]

20 |- 7

T
Aceleragao em Y [m/s?]

—6

0 001 002 003 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08 0.09 0.1 0 001 0.02 003 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08 0.09 0.1
Tempo [s] Tempo [s]
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Figura 4.45: Simulagdo com os pardmetros: v. = 65 m/min, f, = 0.1 mm/dente, 2 = 2 dentes,

a, = 1.6 mm.

As areas vermelhas do gréfico de estabilidade representam regides onde a vibragdo no corte
¢ maior. Combinagdes de a, € v. que se localizam nas édreas vermelhas tendem a levar o corte a
instabilidade devido aos grandes niveis de forga e vibracdo. Na simulag¢@o para o a, = 2mm, o
corte se instabilizou e os niveis de for¢a foram aumentando a cada instante de tempo atingindo
valores muito altos.

Além de variar a profundidade de corte, mantendo-se constante a rotacdo. Foram realizadas
simulagdes mantendo-se constante o a, € variando v.. A profundidade de corte maxima para o
inserto utilizado é de 4 mm, porém o fabricante recomenda que para melhor desempenho a pro-
fundidade de corte ndo deve ser maior que 25% do diametro do inserto, o que resulta, para esta
ferramenta, em um a,, maximo de 2 mm.

Fresar com uma profundidade de corte de 2 mm a uma velocidade de 65 m/min, ndo se mos-
trou uma boa escolha, devido aos altos niveis de vibracdo gerados durante o corte. Porém, através
do gréfico de estabilidade, € possivel escolher uma rotacdo apropriada, de forma a se utilizar um
a, = 2 mm e se obter um corte estdvel. Pelo gréfico da Figura 4.41, um corte com v, = 55 m/min
(aproximadamente 1170 rpm para a ferramenta em estudo) e uma profundidade de corte igual a 2
mm, serd um corte com menos vibracdo do que na condi¢do de v. = 65 m/min. Na Figura 4.46, tem-
se a simulagdo do corte utilizando os seguintes parametros: v. = 55 m/min, f, = 0.1 mm/dente,
z = 2 dentes, a, = 2.0 mm.

Pelo grafico da Figura 4.46 ndo apresentar uma forca que aumenta sua magnitude a cada
instante de tempo, isto sugere que o corte com estas configuragdes possa ser estavel. Porém tem-se 5
vezes mais magnitude de vibragdo se comparado com um corte para um a,, = 1.0 mm (Figura 4.43).

Desta forma o diagrama de estabilidade construido a partir do grafico de PTP, auxilia na

escolha de combinacdes de a,, e v. de forma a se obter um corte estavel. Além da limitacdo da pro-
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Figura 4.46: Simulagdo com os parametros: v. = 55 m/min, f, = 0.1 mm/dente, z = 2 dentes,
a, = 2.0 mm.

fundidade de corte, velocidades de corte muito altas ndo s@o praticaveis, pois tem grande influéncia

na diminui¢do da vida dos insertos.

4.5 Simulag6es com o modelo nhumérico

As simulag@o usando elementos finitos foram realizadas com o auxilio do software Abaqus
CAE v6.13. Inicialmente para se estudar a formagdo do cavaco, bem como sua morfologia, foi
criado um modelo de corte ortogonal 2D. Posteriormente, a andlise foi estendida para um modelo
tridimensional do processo de fresamento.

Durante a constru¢ao do modelo de elementos finitos, alguns parametros devem ser escolhi-

dos:

4.5.1 Propriedades fisicas dos materiais

Durante este estudo, a peca de trabalho utilizada nas simulagdes sdo da liga de titanio Ti—
6Al1-4V. O material utilizado para a ferramenta foi o carboneto de tungsténio (WC). A Tabela 4.6

apresenta as propriedades fisicas dos materiais utilizados na simulacao.

4.5.2 Critério de inicio de falha

Nas simulac¢des de usinagem, o material comeca a deformar-se e formar o cavaco quando os

estados de tensdo e deformacdo em uma pequena regido a frente da ponta da ferramenta satisfizer
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Tabela 4.6: Propriedades fisicas dos materiais utilizados na simulacdo (WANG E L1U, 2015).

. Moédulo . | Condutivi- | Calor Coeficiente Tempe-
Densi- Coefici- , de

. de Elas- dade especi- ~ ratura
Material | dade . . ente de L. expansao | . o o
(kg/m®) ticidade Poisson Térmica fico térmica e fusao

(GPa) (W/mK) (J/kgK) (K-1) (K)

Tl_ﬁ;‘l_ 4430 109 0,34 6.8 611 9-1076 1878

wC 11900 534 0,22 50 400 - -

um determinado Critério de Inicio de Falha. No presente estudo o critério de inicio de falha conside-
rado foi o Critério Ductil. Neste critério, se o valor de deformac¢ao no corte atinge um determinado
valor critico de deformacdo pléstica, o material comega a deformar-se. Apds vdrias simulacdes
observou-se que a morfologia do cavaco € bastante influenciada pelo valor critico considerado,

porém a forca de corte ndo.

4.5.3 Modelo dos pares de contato

O modelo de contato € de grande importancia na simulacdo da usinagem. Isso se deve a efeitos
importantes associados com a interface da ferramenta-cavaco. Os dois algoritmos mais comuns
para resolver problemas de contato sdo a abordagem por Penalidade e a abordagem Cinematica.
Neste estudo o algoritmo de contato cinematico Preditor/Corrector € utilizado para o contato entre
a ferramenta e a pega. Esses procedimentos tém sido desenvolvidos para o método de integracao
explicita, como técnicas relacionadas com a quantidade de movimento em que as modificacdes sao
feitas para a aceleracdo, velocidades e deslocamentos. Um dos objetivos do algoritmo de contato
cinematico Preditor/Corrector € evitar a penaliza¢do no passo de tempo no procedimento explicito,
o qual pode ser introduzido por rigidez elevada, associadas com abordagens por penalizacdo. A
condicdo de contato ndo ¢ cumprida totalmente na abordagem por penalidade. O algoritmo de
contato cinemdtico Preditor/Corrector foi usado por Ozel e Zeren (2005) e Ozel e Zeren (2007) em

estudos de modelagem de usinagem em alta velocidade por elementos finitos.
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Definicao dos pares de contato

A condi¢do de contato superficie-a-superficie foi usada para definir a relacdo entre a ferra-
menta e a pega. As restricdes mecanicas foram do tipo master-slave na forma de controle cinema-
tico. A principal vantagem desta formulagdo de contato € que o n6 da superficie slave, que neste
estudo refere-se a peca, ndo pode penetrar na superficie do master, que neste estudo refere-se a
ferramenta. A forma de deslizamento continuo foi adotada para descrever o deslizamento relativo
entre as duas superficies, pois esta formulacio permite a separagdo arbitréria, deslizamento e rota-

cdo das superficies.

4.5.4 Corte ortogonal bidimensional

A ferramenta foi modelada como sendo um corpo rigido de dimensdes 8x2.78 mm, com
angulo da superficie de saida de cavaco neutro e um angulo de folga de 15°. A ferramenta foi
discretizada com 36 elementos. O tipo de elementos utilizados foi o elemento quadrilateral de 4
nés (CPE4R), o tamanho médio dos elementos foi de 0,8 mm.

A peca de trabalho foi modelada como um corpo deformdvel de dimensdes 10x3 mm. Foram
utilizados 2418 elementos, dos quais 1500 elementos foram utilizados na regido onde o cavaco serda
formado. O tipo de elemento utilizado foi o elemento quadrilateral de 4 nés (CPE4R), o tamanho do
menor elemento foi de 0,067 mm. A Figura 4.47, ilustra a geometria da simulacdo. Neste esquema
a ferramenta € rigida e ndo se move, a base da peca € restrita a apenas transladar em direcao a

ferramenta.

(a) Geometria do corte e restrigoes. (b) Malha criada.

Figura 4.47: Geometria da simulagdo 2D.

Para as simulagdes foi utilizada a formulacdo explicita, o critério de separagdo do cavaco foi
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considerado que o elemento seria apagado quando o dano ocorresse, 0 modelo de atrito considerado
foi o de cisalhamento constante com coeficiente de atrito igual a ;x = 0,32 e restrigdes foram
aplicadas na ferramenta de forma a impedi-la de se mover em qualquer direcdo e na base da peca
de trabalho impedindo o movimento na direcao vertical, permitindo apenas o movimento horizontal
na direcdo do avango. Para compor o material utilizou-se o modelo constitutivo de Johnson-Cook.

Os parametros da Equacdo (2.61) e (2.64) estdo listados na Tabela 4.7.

Tabela 4.7: Parametros constitutivos de J-C para a liga Ti-6A1-4V(WANG et al., 2014).

A(MPa) | B(MPa) | n C m | t,(°C) | tpat(°C)
1098 1092 0,93 | 0,014 | 1,1 25 1560
D, D, Ds D, Ds Epl Eref

-0,09 0,25 -0,5 | 0,014 | 3,87 | 0,011 1

Para se cortar aproximadamente 5 milimetros de comprimento da peca a uma velocidade de
corte de 65 m/min com uma profundidade de corte de 1 mm, o tempo de simulacdo em um com-
putador de 2.20 GHz foi cerca de 10 minutos quando 1 processador € empregado. Na Figura 4.48a,
tem-se a simulacdo do corte ortogonal para a liga de titanio Ti-6Al-4V. Na Figura 4.48b, tem-se o

detalhe da morfologia do cavaco com cisalhamento localizado obtido na simulagao.

(a) Processo de corte. (b) Morfologia do cavaco.

Figura 4.48: Simulag¢do do corte ortogonal.

A simulacdo ortogonal bidimensional foi capaz de gerar o cavaco segmentado, tipico do
cisalhamento adiabdtico que ocorre na usinagem do titanio, porém este tipo de abordagem ndo €

adequada para representar o fresamento.
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4.5.5 Fresamento tridimensional

A simulacdo do corte ortogonal serviu para entender o processo de formagdo do cavaco,
porém este tipo de simulagc@o nao representa bem o processo de fresamento. Assim, a segunda etapa
das simulagdes numéricas consistiu em desenvolver um modelo 3D do processo de fresamento.

A ferramenta foi modelada como sendo um inserto circular rigido de 8 mm de didmetro com
angulo de saida neutro, Figura 3.3. A ferramenta foi discretizadas com 360 elementos hexaédricos
de 8 n6s(C3D8R), o tamanho médio dos elementos foi de 0,57 mm.

A peca de trabalho foi modelada como um corpo deformavel de dimensdes 20x15x5 mm.
Foram utilizados 30150 elementos, dos quais 26800 elementos foram utilizados na regido onde o
cavaco serd formado, o tipo dos elementos utilizados foi o elemento hexaédrico de 8 n6s(C3D8R), o
tamanho do menor elemento foi de 0,3 mm. A Figura 4.49, ilustra a geometria da simulacdo. Neste
esquema os insertos sao rigidos e possuem apenas rotagdo na dire¢do —Z, a base da peca € restrita
a apenas transladar na direcdo — X, ou seja, em direcdo a ferramenta, ver sistema de coordenadas
na Figura 4.49(a).

(a) Geometria do corte e restricoes. (b) Malha criada.

Figura 4.49: Geometria da simulagdo 3D.

O material utilizado para a ferramenta foi o carboneto de tungsténio (WC) e para a peca
utilizou-se a liga de titanio Ti—-6Al-4V. No processo de simulacdo foi utilizada a formulacdo ALE,
a fim de controlar a deformacio do material, o método de integracio foi por integracdo explicita.
As condicdes de contorno foram aplicadas de forma a restringir o movimento da base da peca em
qualquer dire¢do exceto na direcdo do avango, e a ferramenta foi permitido apenas girar em torno
do proprio eixo. O modelo de atrito de stick-slip foi usado para modelar os contatos de atrito ao
longo da interface ferramenta-cavaco, um coeficiente de atrito . = 0, 32 foi utilizado. Para compor

o material utilizou-se o modelo constitutivo de Johnson-Cook. Os parametros da Equagdo (2.61) e
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(2.64) estao listados na Tabela 4.7.

Para simular o fresamento de um canal de 15 mm de extensdo a uma velocidade de corte de
65 m/min, avanco de 0,2 mm/dente, com 2 dentes na fresa, a uma profundidade de corte de 1 mm,
o tempo de simulagdo em um computador de 2,20 GHz foi cerca de 2 horas quando 1 processador

¢ empregado. Na Figura 4.50, tem-se a ilustragdo da simula¢do do fresamento para a liga de titanio
Ti—6Al-4V.

Figura 4.50: Simulagado do fresamento.

As forgas foram obtidas na dire¢do do avango e perpendicular a direcdo do avanco, dire¢des
X e Y respectivamente. Na Figura 4.51, tem-se a comparagdo das forcas de corte obtidas no teste
experimental realizado neste trabalho e o modelo de elementos finitos, para as seguintes configu-
ragdes de corte: v, = 65 m/min, f, = 0,1 mm/dente, z = 2 dentes, a, = 1 mm, a, = 16 mm,

wo = 180°, x+,... = 41,4°, 79 = neutro, corte concordante.
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Figura 4.51: Forgas de corte Real x Elementos Finitos, para a fresa com 2 dentes.

Na Figura 4.52, tem-se a comparagdo das forgcas de corte obtidas no teste experimental re-

alizado neste trabalho e o modelo de elementos finitos, para as seguintes configuracdes de corte:



v, = 65 m/min, f, = 0,2 mm/dente, z = 1 dente, a, = 1 mm, a, = 16 mm, ¢, = 180°,

Xrmaw = 41,4°, 79 = neutro, corte concordante.
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Figura 4.52: Forgas de corte Real x Elementos Finitos, para a fresa com 1 dente.

Apesar das forgas previstas pelo modelo de elementos finitos ainda ndo possuirem uma pre-
cisdo tao boa quanto as forgas obtidas pelo modelo analitico, as simulacdes de elementos finitos
possuem alguns pontos positivos, como ndo necessitarem da realizacido de testes experimentais
de corte, o que permite maior flexibilidade para mudanca de material da peca e/ou geometria da
ferramenta. Em modelos de elementos finitos € mais facil simular o corte de pecas de geometrias
complexas, uma vez que o modelo matematico da espessura do cavaco varidvel no tempo é uma
das maiores dificuldades do modelo analitico.

E importante salientar que no modelo de elementos finitos desenvolvido, a ferramenta foi
considerada como rigida. Desta forma, as componentes de for¢ca devido a vibracdes ndo sdo con-
templadas, diferente do modelo analitico no qual um modelo vibratdrio foi adicionado. Essa € umas
das explicagdes para a diferenca encontrada na forma da forca obtida por elementos finitos, princi-
palmente quando a fresa possuia apenas 1 dente. No corte real, 0 médulo da amplitude da forca no
pico e no vale da componente F), sio diferentes, j4 na simulagdo por elementos finitos essas mes-
mas componentes possuem valores praticamente iguais (ver Figura 4.53). Isso pode ser explicado
devido a vibragcdo no processo. No corte real a ferramenta € flexivel e vibra gerando essa assimetria
na forca. J4 no modelo de elementos finitos a ferramenta € rigida, consequentemente ainda nao

representa bem o caso real, porém € possivel se ter ideia da magnitude da forca de corte.
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Figura 4.53: Forgas de corte Real x Elementos Finitos.

Adicao da flexibilidade

Uma solucido légica para se adicionar flexibilidade ao sistema, seria apenas incluir a haste
na qual os insertos sdo presos, porém os resultados ndo foram satisfatérios. Como alternativa, a
flexibilidade foi incluida na pega, de forma a representar a caracteristica nao rigida do processo. Na
Figura 4.54, tem-se o desenho da peca criada para simular o fresamento com adi¢ao da flexibilidade
no processo, as cotas estdo em milimetros.

As dimensoes da peca foram calculadas de forma que a sua primeira frequéncia natural ficasse
0 mais préximo possivel da frequéncia encontrada para a ferramenta. Na Figura 4.55, tem-se a
simulacdo em elementos finitos das frequéncias naturais da peca. A primeira frequéncia natural
obtida para a pecga de trabalho foi de 635Hz.

A ferramenta foi discretizadas com 360 elementos hexaédricos de 8 n6és(C3D8R), o tamanho
médio dos elementos foi de 0,57 mm. A peca de trabalho foi modelada como um corpo deformavel
de dimensdes mostradas na Figura 4.54. Foram utilizados 45962 elementos, o tipo dos elementos
utilizados foi o elemento hexaédrico de 8 nés(C3D8R), o tamanho do menor elemento foi de 0,3
mm. A Figura 4.56, ilustra a geometria da simulacdo. Neste esquema os insertos sdo rigidos e
possuem apenas rotacdo na direcio —Z, a base da peca € restrita a apenas transladar na direcao
— X, ou seja, em dire¢cdo a ferramenta.

O material utilizado para a ferramenta foi o carboneto de tungsténio (WC) e para a peca
utilizou-se a liga de titanio Ti—-6Al-4V no bloco superior e inferior, para a placa entre os blocos
(responsavel pela adi¢cdo da flexibilidade ao sistema) utilizou-se como material o ago, de modo a

representar o comportamento do porta ferramentas. As propriedades fisicas utilizadas para o ago
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Figura 4.54: Desenho 3D da peca de trabalho.

Step Name Description

Frame

Index  Description
0 Increment  0: Base State

Mode 2 Value= 1.13570E+08 Freq= 1696.1 (cycles/time)
Mode 3: Value = 4.26199E+08 Freq= 32857 (cycles/time)
Mode 4:Value = 8.08578E+09Freq= 14311, (cycles/time)
Mode 5: Value = 2.64076E+10 Freq= 25863. (cycles/time)
Mode 6: Value = 2.73244E+10Freq= 26308, (cycles/time)
Mode 7:Value = 3.20580E+10Freq= 28496. (cycles/time)
Mode 8: Value = 3.87550E+10Freq= 31332, (cycles/time)
Mode 9: Value = 4.69014E+10Freq= 34468. (cycles/time)
Mode 10: Value = 4.76370E+10 Freq = 34737. (cycles/time)
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2

oK Apply Field Output... Cancel

Figura 4.55: Simula¢do em elementos finitos das frequéncias naturais da peca.

foram: Densidade = 7870 kg/m?, Médulo de elasticidade = 210 Gpa e Coeficiente de Poisson = 0,3.

No processo de simulacao foi utilizada a formula¢do ALE, a fim de controlar a deformacao
do material, o método de integracdo foi por integracdo explicita. As condi¢des de contorno foram
aplicadas de forma a restringir o movimento da base da peca em qualquer dire¢do exceto na dire¢ao
do avanco, e a ferramenta foi permitido apenas girar em torno do préprio eixo. O modelo de atrito
de stick-slip foi usado para modelar os contatos de atrito ao longo da interface ferramenta-cavaco,
um coeficiente de atrito ;4 = 0, 32 foi utilizado. Para compor o material utilizou-se 0 modelo cons-

titutivo de Johnson-Cook. Os parametros da Equacgao (2.61) e (2.64) estao listados na Tabela 4.7.



125

(a) Geometria do corte e restri- (b) Malha criada.
coes.

Figura 4.56: Esquema do sistema completo: peca, ferramenta e flexibilidade.

As forcas foram obtidas na direcdo do avanco e perpendicular a direcdo do avanco, direcdes
X e Y respectivamente. Na Figura 4.57, tem-se a comparagdo das forcas de corte obtidas no teste
experimental realizado neste trabalho e o modelo de elementos finitos adicionando a flexibilidade
no sistema, para as seguintes configuracdes de corte: v. = 65 m/min, f, = 0,2 mm/dente, z = 1

dentes, a, = 1 mm, a, = 16 mm, ¢y = 180°, x,,... = 41,4°, 7 = neutro, corte concordante.
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Figura 4.57: Forcas de corte Real x Elementos Finitos com flexibilidade no sistema, para a fresa
com 1 dente.

Com a adi¢do da flexibilidade foi possivel simular o fresamento com mais proximidade com
a realidade. Apesar de ainda os resultados com os elementos finitos ndo representarem tantos feno-

menos no corte quanto o modelo analitico, os elementos finitos se mostram uma ferramenta promis-
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sora para simulacdo do corte, pois além de ndo necessitarem de teste experimentais de corte para
alimentar o modelo, como no caso do modelo analitico em que os testes sdo necessdrios, € caso
mude a peca e/ou a geometria da ferramenta os modelos analiticos necessitam que novos testes se-
jam realizados. Com os elementos finitos, torna-se mais pratico a simulagdo do fresamento quando
se tem pecas de superficies complexas, uma vez que nos modelos analiticos, novas equacdes que
descrevem a variacdo no tempo da espessura do cavaco devem ser obtidas, e essas equacdes nem

sempre sdo triviais dependendo da geometria da peca.
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5 CONCLUSOES E SUGESTOES PARA TRABALHOS FUTUROS

Os resultados do presente trabalho permitem concluir que:

* Os modelos tradicionais analiticos prevéem bem as forcas de corte em termos de amplitude.
Porém, conhecer outros fendmenos que estdo envolvidos no corte é importante, pois eles

podem influenciar na caracteristica da for¢a, como € o caso a vibragao.

* O modelo vibratério adicionado ao modelo analitico de predi¢do de forcas, permitiu que as
forcas obtidas pelo modelo se tornassem mais proximas da realidade. E para isso é necessdrio

levar em conta a vibracdo em todas as trés direcoes (X, Y e Z).

* O modelo analitico pode ainda ser utilizado para se prever a estabilidade no corte através dos
diagramas de for¢a de PTP. Estes diagramas tem sua importancia, uma vez que os tradicionais
diagramas de estabilidade de 16bulos ndo sdo praticamente aplicados ao titdnio devido a sua

alta tendéncia a vibrar e assim velocidades de corte relativamente baixas devem ser utilizadas.

* O modelo de elementos finitos tridimensional do fresamento obteve resultados relativamente
bons para a forca de corte. Apesar de o modelo 3D de elementos finitos ainda nio fornecer
resultados tdo bons quanto o modelo analitico, um modelo de elementos finitos possuem
alguns pontos positivos, como nao necessitarem da realizagdo de testes experimentais de
corte, o que permite maior flexibilidade para mudanga de material da peca e/ou geometria da

ferramenta e a maior facilidade em simular o fresamento de pecas de geometrias complexas.
Como sugestdo para trabalhos futuros, pode-se citar:

* Verificar a capacidade do modelo de elementos finitos em simular o fresamento de pecas com

superficie complexa.

* Avaliar a aplicagdo do modelo analitico na simulacao do fresamento de pecas com superficie

complexa.

* Explorar a construcdo de graficos de estabilidade de PTP que relacionam a largura de corte

com a rotacao.

* Verificar a capacidade do modelo de elementos finitos em reproduzir os testes experimentais

para a obtenc¢do das constantes especificas de corte.

* Analisar o perfil de rugosidade da peca e verificar a correlagdo entre a frequéncia das marcas

e as frequéncias do espectro de forcas de corte.
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