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1. Introduction — Etat de I’art:

L'usinage est un procédé de fabrication complexe ot se déroule un ensemble de
processus qui touchent a différents champs de la mécanique et des sciences des
matériaux. La complexité de ce procédé vient du fait que I'écoulement de la matiere
enlevée est un processus complexe qui dépend des conditions de contact mécanique
mais aussi physique. Il faut ajouter a cela la prise en compte de la séparation de la
matiére qui a lieu au niveau de la pointe de 'outil ot sont observées dans une zone tres
réduite des conditions extrémes d’écoulement du matériau avec de grandes valeurs de

la déformation, de la vitesse de déformation et de la température.

Si on considere, de plus, que les résultats d’'un essai d’'usinage dépendent du
couple de matériaux formant I'outil et la piece, la géométrie du probleme (profondeur
de coupe, angle de coupe, inclinaison de coupe..etc), les conditions de contact outil-
coupeau ainsi que la vitesse de coupe, il en résulte pour le chercheur un véritable casse-
téte en ce qui concerne la compréhension du phénomene de l'arrachement de la
matiere, et surtout, la possibilit¢ de formuler une théorie sur I'usinage servant a
développer un modele capable de prédire les principaux parametres affectant I'intégrité
de l'outil durant le procédé d’usinage. C’est pour cela que les premiers travaux sur cette
thématique furent surtout descriptifs, et que I'élaboration d’'un modele complet fiable

reste d’actualité aujourd’hui encore.

Premieres observations sur le procédé d’arrachement de matiére:

Avec lapparition des machines-outils modernes a partir de la fin du 18™ siecle

eme

et les prémices de la production de masse au milieu du 19°™ siecle, 'optimisation de la
productivité, dans notre cas la maximalisation de la durée de vie de I'outil de coupe
devient un point de concurrence sensible entre les pays nouvellement industrialisés.
L’étude du procédé d'usinage commenga alors a étre un axe de recherche important en

mécanique, et il continue a I'étre pres de 150 ans plus tard.

Dans son livre, Childs [1] attribue les premiéres observations sur la formation du
copeau a Tresca et a Mallock. En 1878 Tresca [2] présenta ses travaux dans lesquels il

émet des propositions sur la forme de l'outil ainsi que sur la profondeur de coupe
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optimale. Surtout, Tresca insista sur la nécessité d’adopter une approche purement

mécanique dans I'étude du procédé d'usinage.

Quant a Mallock [3], il publia en 1881 une image dans laquelle il met en évidence
que la formation du copeau est due au cisaillement de la matiere dans la zone primaire.
Grace a des observations faites au moyen d'un microscope optique qui grossissait
seulement 5x les objets, Mallock pose un autre principe important de 'usinage qui est
que le frottement entre l'outil et le copeau est déterminant dans le processus de la
formation du copeau. D'autre part, Mallock proposa dans ses travaux que le copeau
avait une épaisseur qui minimisait I'énergie de frottement. Une idée tres proche de celle

formulée par Merchant plus de 60 ans plus tard.

Enfin, dans une publication importante présentée en 1907, Taylor [4] conclut
plus de 25 ans de travaux sur l'usinage en soulignant I'importance de la partie
thermique dans I'optimisation de la durée de vie de I'outil de coupe. Taylor démontre
Pefficacité du choix des aciers rapides dans la composition des outils en affirmant que
ces derniers présentent un meilleur résistance aux hautes températures, et qu’il était
donc possible d'usiner les pieces a de plus grandes vitesses de coupe augmentant ainsi

la productivité.

Modélisation analytique du procédé d’usinage :

L'un des premiers importants modeles de coupe orthogonale, et qui reste tres
utilisé aujourd’hui encore, est celui de Merchant (1945) [5]. Il est basé sur une analyse
de Técoulement de la matiere en déformations planes d'un matériau parfaitement
plastique avec, a I'interface outil/copeau, un contact glissant défini par un coefficient de
frottement constant de type Coulomb, figure 1.1. Ce modele suppose un changement
brusque des vitesses intervenant au niveau du plan (AB) a l'origine de la formation du

copeau, et un angle de cisaillement ¢ minimisant I'effort de coupe. La simplicité de ce

modele en a fait le modele le plus répondu dans la littérature spécialisée. Drailleurs, il

continue a intéresser les chercheurs puisque plusieurs travaux ont été publiés

récemment pour critiquer la détermination de l'angle¢ a partir du principe de

minimisation de I'énergie.
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Figure 1.1: Modele de coupe orthogonale publi¢ par Merchant [5].

Biker [6] a montré numériquement que, bien que le principe de minimisation de
I'énergie joue un role important dans la formation du copeau, en particulier pour la
segmentation du copeau a grandes vitesses de coupe, celui-ci ne détermine la valeur
deg. En posant la méme question concernant I'angle de cisaillement, Molinari &
Moufki [7] ont été plus loin en proposant un modele de Merchant modifié incluant un
critere de stabilité supplémentaire pour la morphologie du copeau basé sur la prise en

compte de la surface libre au niveau de I'arrondi du copeau , figure 1.2.

fVc

Viruta
to

Superficie
Libre

Herramienta

uo, y ¢*( ....................

Figure 1.2: Modele modifié¢ de Merchant proposé par Molinari & Moufki [7].

Il existe plusieurs autres modeles de la coupe orthogonale qui ont été
développés dans le but de prédire les forces de coupe et I'angle de cisaillement. Les plus
rencontrés sont ceux de Lee & Shaffer [8] et Oxley [9]. Contrairement au modele de

Merchant, le modele de Lee & Shaffer, approfondi plus tard par Kudo [10] puis
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Dewhurst [11], est basé non pas sur la minimisation des efforts de coupe mais sur la
valeur de I'angle de frottement obtenu a I'interface outil/copeau pour calculer I'angle de
cisaillement lors de I'écoulement stationnaire. Pour cela, le matériau était supposé
rigide-parfaitement plastique. En reprenant le principe énergétique utilisé par
Merchant, Oxley [9] a développé un modele thermo mécanique plus approfondi que
celui de Merchant car il tient compte d'un comportement thermo-visco-plastique pour
le matériau, une zone de cisaillement primaire d'une certaine épaisseur et non plus
infinitésimal comme dans le modele de Merchant. En particulier, ce modele integre une
zone secondaire de cisaillement considérant que le contact entre I'outil et le coupeau
est de type collant partout. Le frottement est donc représenté dans ce modele comme
cisaillement de la matiere a I'intérieur du copeau le long de la zone de contacte, figure

1.3.

Zona secundaria

o de cizallamiento
Zona primaria

de cizallamiento
Herramienta

5]

Figure 1.3: Modele de coupe orthogonale d’Oxley [9].

L’étude du contact entre I'outil et le copeau :

Lors d’'une opération d’usinage, les pressions mesurées a I'interface outil/copeau
sont tres hautes, typiquement de I'ordre du gigapascal. Usui & Takeyama [12] ont
observé expérimentalement que le rapport des pressions n'est pas constant le long de
I'interface outil/copeau car la distribution des contraintes normales et tangentielles
n'est pas uniforme sur cette linterface. Les mémes observations par des mesures
directes ont été également faites par Zorev [13] qui a formulé le modele de distribution

des contraintes suivant, figure 1.4.
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Figure 1.4: Distribution de la contrainte normale et tangentielle a I'interface selon Zorev [13].

Dans ce modele, la contrainte normale o, décroit non linéairement de la pointe
de P'outil jusqua la fin du contact suivant une loi puissance. | est la zone de contact

collant ou la valeur de la contrainte de cisaillement vaut la contrainte d’écoulement

plastique en cisaillement du matériau 7 =7 . |, est la zone de contact glissant ot, en

c
conséquence du faible niveau de la pression normale, la contrainte de cisaillement est
proportionnelle a la contrainte normale selon la relation classique du frottement de
Coulomb. En utilisant une autre approche basée sur un outil coupé « split cutting tool »
Childs [14] obtient une distribution de la contrainte de frottement similaire a celle
publiée par Zorev. Par contre, la contrainte normale présente également un plateau

avant de diminuer brutalement vers Zéro a la fin du contact, figure 1.5-a.

Lee et al. [15] ont également utilisé un dispositif expérimental de type outil
coupé pour mesurer les contraintes entre I'outil et le copeau en particulier pres de la
pointe de loutil. Leurs observations sont similaires a celles de Childs quant aux
plateaux présentés par les contraintes normales et de frottement, par contre ils
montrent que ces deux contraintes augmentent trés fortement au fur et a mesure que

'on s’approche de la pointe de I'outil, figure 1.5-b.
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Figure 1.5: Distribucion de las tensiones normales y de friccion a lo largo de la interfase viruta
herramienta para un acero dulce segtin: a- Childs et al. [14], b- Lee et al. [15].

Modélisation numérique du procédé d’usinage :

Les premiers modeles numériques de la coupe orthogonale sont attribués a
Zienkiewicz [16] et a Kakino [17] tout deux réalisés en 1971. Mais c’est Shirakashi &
Usui [18] qui ont les premiers développé des modeles thermomécaniques avec une loi
de comportement thermo-visco-plastique pour le matériau de la piece, un programme
itératif pour la formation du copeau et implémenté une condition de frottement entre
outil et le copeau. Les premieres études numériques effectuées en utilisant la méthode
des éléments finis avec une analyse globale de la coupe orthogonale n’a été possible que
grace a l'apport des nouvelles technologies informatiques a partir des années 1980.
Strenkowski & Carrol [19] ont été les pionniers dans la modélisation d’un régime de
coupe non stationnaire en réalisant une simulation de la formation d’'un copeau
discontinu basée sur un critere de déformation plastique. Plus tard, pour palier les
problemes numériques liés aux conditions extrémes caractéristiques des procédés
d’usinage, Marusich & Ortiz [20] ont introduit dans les simulations des techniques de
«adaptive mesh refinement ». Il s’agit de programmes qui gérent le remaillage dans la
zone de contact entre l'outil et le copeau et en particulier a la pointe de 'outil dans le

but de mieux modéliser I'enlévement de la matiere.

Une des dernieres importantes contributions a la technique de modélisation
numérique de la coupe orthogonale consiste dans l'utilisation dune formulation
hybride dans la définition de la maille appelée ALE (Arbitrary Lagrangian Eulerian) [21,

22]. Le principal avantage de cette formulation c’est qu'elle permet d'éliminer les
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problemes numériques liés la distorsion excessive des éléments étant donné les grandes
déformations atteintes pendant le processus de coupe et de ne pas avoir a considérer un
critere de séparation de la matiere [23]. Une conséquence de l'utilisation de cette
formulation est la possibilité de considérer un frottement réaliste définie a I'interface
outil/copeau, condition absolument nécessaire pour la compréhension des mécanismes
qui controlent ce processus de fabrication puisque il a été largement observé que ceux

ci sont fortement liés au frottement présent a l'interface [24].

La prise en compte du frottement a I’interface outil/piece :

La distribution des contraintes a I'interface outil copeau est un domaine des
plus grands intéréts en usinage car il nous instruit sur I'état du contact a I'interface.
L'existence simultanée d’'un contact collant et d’'un contact glissant met en évidence la
discontinuité du frottement a linterface [12-15]. Le modele présenté par Zorev par
exemple exprime deux relations pour la contrainte de frottement suivant quelle est
située dans la partie collante ou glissante du contact, (1-1).
dans la zone collante, (1-1-a)

Ty =7,

T; = 1O dans la zone glissante. (1-1-b)

En effet, le frottement est classifi¢ sous deux types selon que la pression a
Iinterface entre les deux corps est relativement faible ou relativement forte [25]. Pour
les relatifs faibles pressions, le rapport entre la contrainte de frottement et la contrainte
normale a une valeur fixe pour un couple de matériaux donnés et ce, indépendamment
de la pression appliquée, de la vitesse de glissement relative entre les deux corps, de la
température, de I'état de surface des superficies en contact et de la superficie de contact
apparente. Dans le cas d’'un contact sous de relatifs forts pressions, la valeur du
frottement mesurée pour un couple donné de matériaux dépend de plusieurs
parametres dont principalement la pression appliquée mais également la température
atteinte a I'interface et la vitesse relative de glissement entre les deux corps. Shaw et al.
[26] ont reli¢ la physique du frottement pour les pressions relativement fortes a l'effet
de Moore [27] ou, suite a la plastification excessive de I'une des deux surfaces en
contact, le rapport R entre la superficie de contact réelle et la superficie de contact

apparente augmente selon une forme logarithmique pour atteindre des valeurs proches
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de 1 a partir une valeur de pression déterminée. Le comportement du frottement entre
deux surfaces peut alors étre décrit par une loi de type exponentielle ou I'on distingue

trois régimes de frottement solide en fonction du niveau de la pression appliquée [26]:

REGIME (o faible = R«1): 7, = uo, ou le frottement est constant. Le

type de contact est alors un contact glissant;
REGIMEII (o transition= R <1): Une phase de transition;

REGIMEIII (o fort=> R =1): 7 =7, la contrainte de frottement vaut la

contrainte d’écoulement plastique en cisaillement du
matériau indépendamment de la valeur de la pression a

Iinterface. Le type de contact est alors un contact collant.

Shirakashi & Usui [28] ont proposé une autre relation liant la contrainte de
frottement a la contrainte normale, (1-2), basée sur une nouvelle méthodologie
dranalyse des résultats expérimentaux publi¢e en 1956 par Finnie & Shaw [29]. Ces
derniers s’inspirent de la théorie de la plasticité, en particulier le cisaillement de la
matiere le long de linterface, pour expliquer le comportement du frottement
macroscopique et surtout de sa relation avec la superficie de contact réelle a forts et a

faibles chargements.
7, =klL-e ] (1-2)

Ou k est la contrainte d’écoulement en cisaillement du matériau dans la zone primaire.

(1-2) a été modifiée par Childs et al. [30], (I-3), pour mieux traduire la
transition entre les faibles et les forts chargements en introduisant deux facteurs
correctifs : Le premier, m(T)est un facteur de frottement dépendant de la température
qui empéche la contrainte de frottement de dépasser la contrainte d’écoulement en
cisaillement du matériau dans les conditions de contact collant. Le second parametre

empirique, n, est sensé définir la transition du contact glissant au contact collant.
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ey =m(TKf—e —Gimmer |1 13)

Childs note que, considérant que le produit mkest limit¢é par la contrainte

d’écoulement en cisaillement du matériau 7, [31], alors (1-3) aboutit a la formulation

présentée dans (1-1).

Modélisation numérique du frottement dans les simulations de la coupe

orthogonale :

Dans les travaux publiés traitant de la modélisation numérique de la coupe
orthogonale, on distingue différentes approches parfois totalement distinctes

concernant la modélisation du contact entre la piece et I'outil.

Notons premierement que, dans les simulations numériques, le contact peut
étre établi sans frottement [23, 32] dans le but avoué de simplifier I'analyse des
résultats numériques obtenus, en particulier a grandes vitesses de coupe. Pour justifier
ce choix Biker [32] s’est appuyé sur des observations expérimentales de Hoffmeister et
al. et Gente [33] qui tendent a montrer qu'a grandes vitesses de coupe le coefficient de

frottement devient tres petit.

Dans les travaux numériques, le frottement est souvent implémenté via une
relation de type Coulomb avec un coefficient de frottement constant [34] (modele de
Coulomb simple) c'est-a-dire obéissant uniquement a (1-1-b) en général pré
implémentée dans les codes de calculs par EF. Arranzola et al. [35] viennent de publier
des travaux qui montrent que, dans le cas d’'un outil non pointu, de meilleures
prédictions des forces de coupe sont obtenues si ce coefficient de frottement tient
compte de l'effet de I'arrondi selon la décomposition des forces de coupe proposée par
Albrecht [36]. Récemment, Childs [37] s’est aussi intéressé au coefficient de frottement

de Coulomb en proposant qu'il soit dépendant de la vitesse de déformation plastique.

Suivant le modele de distribution des forces a l'interface proposé¢ par Zorev et
vérifi¢ dans de trés nombreux travaux expérimentaux, le modele de Coulomb simple
fut implémenté avec une condition considérant la limitation de la contrainte de

frottement a une valeur maximale (modeéle de Coulomb modifié¢). Dans ce cas, la
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contrainte de frottement a été généralement limitée par la contrainte d’écoulement en
cisaillement du matériau [37, 38] ou, plus rarement, par la contrainte de rupture en
cisaillement du matériau [39]. Dans une récente publication [40], Childs s’interroge sur
le choix de la valeur de cette contrainte de frottement et sur son influence sur les

résultats numériques.

Une autre maniére couramment rencontrée pour Iimplémentation du
frottement dans les simulations numériques tend a considérer le contact tangentiel
entre la piece et loutil comme une condition aux limites définie en entrée en fixant une
contrainte de cisaillement constante le long de la longueur de contact du type collant.
Ce modele est pré implémenté dans les codes de calcul ADVANTEDGE et DEFORM
ou, par défaut, la longueur de contact est fixée a deux fois la profondeur de coupe
modélisée. Dans ce type de modele deux tendances sont courantes : La premiére se base
sur le modele de coupe orthogonale d’Oxley et considere que la totalité du contact est
de type collant [41] (constant shear model); la seconde sinspire du modele de
distribution des contraintes de Zorev en prédéfinissant une zone de contact de type
collant ou est appliquée une contrainte de cisaillement souvent obtenue a partir de
résultats expérimentaux, et une zone de contact de type glissant ot le modele de

frottement de Coulomb simple est appliqué [42] (Sticking & Sliding model).

Des études portant sur la comparaison des modeles de frottement ont été publié
ces derniéres années en utilisant les modeles classiques pré-implémentés dans les codes
de calculs par EF les plus utilisés pour la simulation de la coupe orthogonale [43, 44,
45]. En se basant sur une analyse des résultats numériques obtenus pour les forces de
coupe et Iépaisseur du copeau que l'on peut comparer avec des résultats
expérimentaux, tous ces travaux montrent d’une part que le choix du modele de
frottement influe fortement sur les résultats numériques mais surtout ces travaux
montrent quun méme modele de frottement n’influence pas de la méme maniere les
résultats numériques suivant que I'on utilise un code de calcul ou un autre. Cela pousse
a nous poser des questions sur I'implémentation des modeles de contact, en particulier
le frottement, dans les codes commerciaux et sur leur utilisation dans le domaine de la

recherche scientifique.
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Objectifs de la these :

Dans ce travail de these doctorale, on propose de développer un modele
numérique de coupe orthogonale. Avec ce modele numérique, on réalisera une étude
paramétrique exhaustive, ott 'on quantifiera et I'on analysera, dans un grand intervalle
de vitesses de coupe, les effets du modele de Coulomb sur le type de contact obtenu a
Iinterface. Concrétement, dans une premiere étape, on étudiera comment
l'augmentation des niveaux des coefficients de frottement constants affecte les

variables locales le long de l'interface, dans les deux aspects mécanique et thermique.

Ces effets thermomécaniques seront mis en relation tant avec le type de contact
obtenu (collant ou glissant), comme avec la cinématique de la formation du copeau qui
lui correspond. Finalement, on analysera et on confrontera les résultats numériques
obtenus, a différents coefficients de frottement constants, avec des résultats
expérimentaux. On analysera tant les points forts comme les points faibles de la
modélisation du contact avec un coefficient de frottement constante. Et, finalement, on
implémentera deux coefficients de frottement variables, en fonction de la vitesse
relative de glissement du matériau a linterface, pour améliorer les prévisions

numériques du modele de coupe orthogonale.
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2. Modélisation numérique de la coupe orthogonale:

Ce travail de these doctorale est centré sur les aspects thermomécaniques de la
formation du copeau. Pour simplifier la problématique, nous nous sommes placés dans
la configuration la plus simple : la coupe orthogonale. L'angle de coupe A donné dans la
figure 2.1 est alors nul. Dans ce cas particulier, la vitesse de coupe est perpendiculaire
au fil de coupe. En outre, en considérant que la largeur de coupe est trés supérieure a
l'avance, il est raisonnable de considérer le probleme sous 1'hypothese de déformations

planes.

HERRAMIENTA

P

VIRUTA

Figure 2.1: Schéma du model général de coupe orthogonale (coupe oblique).

2.1. Meéthode d’intégration :

Dans ce travail on a utilisé¢ le schéma d’intégration explicite qui se base sur une
analyse dynamique du probleme, ot les variables d’état, a chaque incrément de temps,
sont reliées de maniere explicite (directe) avec les solutions de I'incrément de temps
précédent. De cette maniere, en définissant les conditions initiales adéquates, on inhibe
les problemes de convergence des calculs numériques, en particulier a de hautes

vitesses de coupe, ou quand on implémentera un frottement significatif a I'interface.
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2.2. Géométrie et Conditions aux limites :

On a développé dans Abaqus/Explicit un modele de coupe orthogonale en 2D

avec la géométrie illustrée dans la figure 2.2 et dans la table 2.1.

a=0 \
HERRAMIENTA
VIRUTA
INICIAL
r=15um

PIEZA

Figure 2.2: Schéma de la coupe orthogonale modélisée dans les simulations.

Avance : Rayon du fil de Angle face de coupe : Angle de dépouille :
t; (mm) coupe : r (mm) o (deg) v (deg)
0.1 0.015 0 4

Table 2.1: Donnés sur la géométrie du modele de coupe orthogonale.

Quant a l'outil, a priori, sa taille n'est pas une donnée significative pour
résoudre la partie mécanique du probleme. Toutefois, on utilise un outil de grandes
dimensions comparé avec la géométrie de la piece et du copeau, prenant en compte des

considérations thermiques expliquées plus tard.

Le modele a été développé sous la formulation ALE (Arbitrary Lagrangian
Eulerian), figure 2.3. Concréetement, on a défini pour la piece plusieurs surfaces de type
eulérien, ot on suppose quun flux de matiere traverse la surface perpendiculairement
avec une vitesse prédéfinie ou non. Les autres surfaces sont de type lagrangien glissant
ou le matériau de la piece coule tangentiellement a ces surfaces, et peut les déformer
perpendiculairement (similaire a 'action d’'un fluide dans une tuyauterie). L'outil a été

modélisé sous la configuration lagrangienne classique.
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-
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o
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5 PIEZA s
[
: 2
z z
Sup. lagrangiana deslizante

Figure 2.3: Définition des surfaces lagrangiennes et eulériennes sous la formulation ALE.

Les conditions aux limites thermomécaniques sont illustrées schématiquement

dans la figure 2.4.

<pp=  lraspaso de calor prohibido
<—=> Traspaso de calor permitido

T Traspaso de calor por
flujo de material.

2 o
, ATATATAY/

1 HERRAMIENTA »:]
VIRUTA
INICIAL

HERRAMIENTA =

= 1 L b b4 b
Vv - = PIEZA }J_h
- PIEZA o 54 7 4
i = 4 ¢ 4 ¢ ¢ ¢ L 4
AAAAAAAAAAAAAAA 1 R I A B A A |

Figure 2.4: Les conditions aux limites thermomécaniques du modele de coupe orthogonale.

2.3. Maillage :

Dans ce travail, la taille caractéristique des plus petits éléments utilisés pour la
discretizacion des zones primaires et secondaires de cisaillement, a été obtenue de telle
sorte que la zone primaire de déformation puisse contenir quelque dix éléments dans
son épaisseur. L'objectif étant d'obtenir une bonne résolution, dans l'étude, de cette
zone caractérisée par de forts gradients, principalement concernant les vitesses de
déformation. On a observé dans des simulations préalables que 1'épaisseur de la zone

primaire de déformation varie peu, dans un grand intervalle de vitesses de coupe,
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mesurant autour de 50 microns d’épaisseur. Ainsi, on a pu définir un premier modele de

coupe orthogonale avec une taille moyenne d'élément de 4 microns de coté dans les

zones d’intéreét.

Type d’élément de la maille: CPE4RT:

C:  Quadrilateres.

PE: Déformation plane.

4:  4nceuds formant un élément.
R:  Intégration réduite.

T:  Température.

Taille moyenne des éléments dans les zones

d’intérét: 4um

Figure 2.5: Tllustration de la maille appliquée au modele de coupe orthogonale.
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2.4. Matériaux de la piece et de ’outil :

L'outil a été modelé comment un solide élastique de rigidité élevée. Ses

propriétés mécaniques et thermiques, typiques d un carbure, sont données ci-apres :

Propriétés mécaniques

Propriétés thermiques

Mod. de Young | Coef. de Poisson Densité Chaleur spécifig. Conductivité
E (MPa) v () P (Kg/m’) ¢p (m*/s%/°K) k (W/m/°K)
1e™% 0.3 12700 234 335

Table 2.2: Constantes du matériau de l'outil dans le modele de coupe orthogonale.

La piece a usiner est formée d’'un acier AFNOR 42CD4, de propriétés semblables

a un AISI 4140, avec faible teneur en carbone, et avec les propriétés thermomécaniques

suivante:

Propriétés mécaniques

Propriétés thermiques

Mod. de Young
E (MPa)

Coef. de Poisson

v ()

Mod. de Young
E (MPa)

Coef. de Poisson

v ()

Mod. de Young
E (MPa)

202e%

0.29

7800

500

54

Table 2.3: Constantes du matériau de la piece dans le modele de coupe orthogonale.

Le comportement de ce matériau a été caractérisé par Molinari et al. [46] pour

l'équation constitutive de Johnson-Cook (2-1).

ole,:é,:T)=[A+B(e, )] {1+c. In [g—pﬂ . 1—[ T-Tg J (2-1)
€y T, - T,
A (MPa) B (MPa) C n &y (s m
612 436 0.008 0.15 577¢% 1.46

Table 2.4: Parametres de 'acier 42CD4 identifiés pour la loi de Johnson-Cook, selon [46].
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2.5. Modélisation du contact entre la piece et 'outil :
2.5.1. Interaction mécanique:

Le modele de frottement de Coulomb (2-2), utilis¢ dans ce travail, définit la
contrainte de frottement a l'interface comme une fonction linéaire de la contrainte

normale avec la relation suivante :

x)=p. G(X)) (2-2)
ol T est la contrainte de frottement et ¢ la contrainte normale a la position X a

linterface.

L'algorithme de contact type « Penalty » disponible dans Abaqus/Explicit a été
implémenté entre la piece et l'outil. Les autres spécifications du modele de contact

utilisé sont présentées dans le tableau 2.6 :

Type de contact Type de surface Loi de contact
Outil Master Eléments La pression est une
Contact , .
. fonction exponentielle de
.. Pair . e e .
Piece Slave Eléments Iinterpénétration

Table 2.6: Propriétés de I'interaction mécanique implémentée dans le modele numérique.

2.5.2. Interaction thermique :

Conductance thermique entre las surfaces en contact :

Une étude paramétrique préliminaire du parametre de la conductance
thermique a linterface montre une faible influence de celle-ci sur les résultats

numériques macroscopiques. Sauf dans le chapitre 3, la valeur de ce parametre dans le
modele est considérée k = 2000 W/ m? /K. Toutefois, la variation de la valeur de la

conductance thermique a I'interface résulte étre une donnée clef pour I'étude du partage

de la chaleur de frottement entre outil et copeau.
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Génération de chaleur due au frottement :

Dans cette partie, il s'agit de modéliser la dissipation sous forme de chaleur de
l'énergie de frottement, et sa répartition entre les deux surfaces en contact.
Numériquement, quand deux surfaces seront en contact, la dérivée de l'énergie de

frottement dissipée est définie par la relation (2-3):

Q=f.z.V (2-3)

ou 7 est la contrainte tangentielle entre les deux surfaces, et V est la vitesse relative de
glissement d'une surface sur l'autre. La fraction de cette énergie de frottement qui se
transforme en chaleur est définie a travers le parametre f . Dans notre modele, on a
considéré que la totalité de I'énergie de frottement se dissipe sous forme de chaleur, on a

alors implémenté la valeur f =1.

Le partage de la chaleur due au frottement entre l'outil et le copeau se fait de

maniere équilibrée entre les deux surfaces.

28



3. Analyse du contact thermomeécanique a I'interface :

Dans ce qui suit, on propose d'expliquer la relation entre le modele de contact
implémenté et les résultats numériques obtenus. Dans ce chapitre, l'analyse visera a
expliciter l'influence du modele de frottement sur les variables locales le long de
linterface outil/copeau. On analysera séparément les interactions mécanique et
thermique, et on explicitera les relations entre les comportements des variables locales

a l'interface, et le type de contact (collant ou glissant) qui est obtenu.

3.1. Contact mécanique:

La figure 3.1 présente une comparaison de la distribution, le long de l'interface
outil/copeau, des contraintes normales et de frottement obtenues par calcul numérique,
avec deux exemples expérimentaux de la littérature, illustrant la distribution de ces
mémes contraintes pour d'autres types d'aciers. Qualitativement, la comparaison entre
les données expérimentales et les résultats numériques obtenus avec le modele,
présente de grandes similitudes : on peut vérifier que les deux courbes numériques ont
une forme de plateau le long de linterface, tout comme pour les observations
expérimentales. De méme, la partie de la contrainte normale située sur le fil de coupe est
tres semblable a celle qui a été observée expérimentalement. Finalement, la chute des
contraintes dans la zone finale du contact est proche dans les résultats numériques et

expérimentaux, particulierement dans le cas publi¢ par Childs et au [24].
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Figure 3.1: Distribution des contraintes normales et de frottement obtenues numériquement
pour 'acier 42CD4 (a) (V =8m/s, u=0.4), et expérimentalement pour d’autres aciers par:

(b) Childs et al. [24] et (¢) Lee et al. [25].

3.2. Phénomene de collage a I’interface :

Dans le calcul numérique avec #=0.8 et V =8m/s, la contrainte de
frottement 7 est représentée dans la figure 3.2 et comparée avec les deux quantités

uo et 7, respectivement (a) y (b). On peut observer que la relation 7(x)= ux o(x) est
validée dans la figure 3.2-a a partir d'une certaine position I, <x<I_, ot I  est la

longueur totale de contact entre la T'outil et le copeau. Pour un intervalle défini par

0<x<1,,larelation 7(x) =7, (X) est vérifice, figure 3.2-b. Cet intervalle correspond a

la zone de collage du matériau observée dans la figure 3.2.
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Figure 3.2: Comparaison de la contrainte de frottement 7 avec: el produit x.o (a),la

contrainte d’écoulement en cisaillement du matériau 7, = o, / V3 (b). Vitesse de coupe

V =8m/s, coefficient de frottement implémenté =0.8.

3.3. Effet de ’'augmentation de la vitesse de coupe sur les variables locales :

3.3.1. Température :

1800

1500

—V=2m/s
—v—V=4m/s
—&—V=8m/s
—o—V=15m/s
—+—V=30m/s

g —a—V=50m/s
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= |
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Figure 3.3: Distribution de la température le long de I'interface pour un grand intervalle de

vitesses de coupe pour deux valeurs du coefficient de frottement: a) #=0.2,b) x=0.8.

Pour le cas pu=0.2, dans la surface de coupe, ott le copeau glisse sur toute la

surface, le point le plus chaud que le copeau se trouve dans la méme position pour

toutes les vitesses de coupe. Etant |, =0.17mm (pourV >4m/s) déterminé a partir

de la distribution des contraintes dans la figure 3.5-a. Le point le plus chaud se trouve
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dans la position X =0.81_. Il est intéressant d'observer pour le cas n=0.2 que la
température maximale augmente de maniére uniforme, mais pour p=0.8,
l'augmentation de la température est important pour de faibles et moyennes vitesses de
coupe. Ensuite, a partir de V =15m/s, l'augmentation de la vitesse maximale est
moins prononcée. Ce résultat illustré dans la figure 3.4 a pour explication le fait que, au
fur et a mesure que la vitesse de coupe augmente, on s'approche d’'un régime ou la

chaleur produite a I'interface n'a pas le temps nécessaire pour diffuser, et produit alors

un adoucissement de la matieére.

1800

1500 +

1200

900

600 | Figure 3.4: Variation de la température

maximale a I'interface en fonction de la vitesse

Temperature maximale a l'interface (°K)

300 ‘ : : ‘ .
0 10 20 30 40 s0  decoupe. Coefficients de frottement

Vitesse de coupe (m/s) implémentés: x4 =0.2et £ =0.8.

3.3.2. Contraintes y vitesses de glissement de la matieére a I'interface :

Pour le cas, figure 3.5-a, l'augmentation de la vitesse de coupe m’affecte pas
sensiblement la distribution des contraintes a I'interface. Pourpu = 0.2, tant les niveaux
atteints par les plateaux des contraintes normales et tangentielles, comme la longueur
de contact entre le copeau et l'outil ne souffrent aucun important changement. On
remarque que la pente du plateau des contraintes normales diminue au fur et a mesure

que la vitesse de coupe augmente.
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Figure 3.5: Distribution des contraintes normales et de frottement le long de 'interface pour un

grand intervalle de vitesses de coupe. Coefficient de frottement: a) £ =0.2,b) £ =0.8.

Au contraire, dans le cas d'implémenter un haut coefficient de frottement

u=0.8, figure 3.5-b, augmenter la vitesse de coupe de 2m/s a 50 m/s fait monter

fortement le niveau des contraintes normales de 400 MPa (approx. 40%) et baisser de

maniere importante les longueurs de contact (presque 0.3mm, qui correspond a une

diminution de 60% de la valeur de la longueur de contact initial).

3.4. Contact thermique :

3.4.1.

A Tinterface, le contact thermique se caractérise par le

suivant :

Interaction thermique entre l'outil et le copeau :

oT
kvaxv+r<(Th—Tv)+nQ=o
oT
—kp M ~x(Th-T,)+{-7)Q
X1h
Q = f .T.VS

systeme d'équations

(a)
0 (b) (3-1)

(©)

ou k, et Kk, sont les coefficients de conductivité respectifs du matériau

formant le copeau et du matériau en formant l'outil. T, et T, sont les températures de
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deux points en contact a l'interface, le premier appartenant le copeau et le second a
l'outil. ¥ est la conductance thermique a l'interface. T et V sont respectivement la
contrainte de frottement et la vitesse relative de glissement dans une position
déterminée de l'interface. Q est la partie de I'énergie de frottement qui se dissipe en

chaleur et caractérise la fraction f de l'énergie de frottement qui se dissipe en chaleur

(dans le modele numérique développé dans ce travail f =1).

3.5. Conservation de I’énergie thermique a I'interface :

A partir de I'équation (3-1), en ajoutant (a) et (b) on obtient une relation qui

exprime la conservation de I'énergie a l'interface :

oT

N

T
OX

K +Q=0 (3-2)

h

\'

On observe dans la figure 3.6 que la somme des flux thermiques entrant dans le
copeau et dans l'outil par la zone de contact est égale a la valeur de la chaleur produite

par l'énergie de frottement donnée par la relation (3-1-c).

210°
1510’ . ]
= Somme des flux thermiques i
° I pénétrant les deux surfaces en contact . ) .
S 110° | ] Figure 3.6: Comparaison, a une position
]
< [ 1 . SCCx
S i ; {1 donnée de I'interface et pour différentes
i | ]
X i ® W T*V 1 . e
£ 510°f . Y | vitesses de coupe, entre I'énergie de
I ® ] .
« 1=0.6: K=0: N=05 | frottement et la somme des flux thermiques
0 I | | | | | ] d 1 d f
entrant dans les deux surfaces en contact.
0 5 10 15 20 25 30
Vitesse de coupe (m/s) 1=06x=0;7=0.5.

Dans la figure 3.7, les flux de chaleur, tout comme 1'énergie de frottement ont

été obtenues dans les éléments de l'interface dont la valeur de vitesse de glissement du
matériau est fixée (Vg =1.3m/s). De cette maniere, en plus de vérifier la conservation

de I'énergie in l'interface, on a aussi mis en évidence que la variation du parametre de la
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conductance thermique x a I'interface n'affecte pas, au moins de maniere significative,

le niveau de la chaleur produite a l'interface.

110°

810° -

610° -

410° |

Flux d'énergie (W/m?)

210% |

0

p=0.6; V=8m/s; n=0.5

Somme des flux thermiques i
pénétrant les deux surfaces en contact

10°

1 1
10° 10° 10°
Conductance thermique a l'interface ON/mZIK)

Figure 3.7: Confrontation de la conservation
de I'énergie de frottement en fonction de la
variation du parameétre de conductance
thermique a I'interface.

u=06;V=8m/s;n=05.

3.6. Effets de la variation de la conductance thermique a Pinterface :

3.6.1. Températures :

Dans la figure 3.8, la variation de la température a I'interface du coté du copeau

parait étre peu sensible a la forte augmentation de la conductance thermique a

I'interface. Par ailleurs, on observe que la température a I'interface du coté de l'outil

diminue fortement avec l'augmentation dek. Ce résultat nous ameéne a considérer

I'hypothese selon laquelle il y a davantage de chaleur qui pénetre dans le copeau quand

on augmentera la valeur de k. I’étape suivante consiste donc a évaluer la partie de la

chaleur qui se dissipe dans le copeau et de déterminer sa dépendance avec le niveau de

K implémenté.
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Figure 3.8: Variation de la température entre
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conductance thermique de I'interface.

3.6.2. Partage de la chaleur a I'interface :

Dans cette partie, nous considérons un parametre m qui correspond a la

fraction, par rapport a l'énergie de frottement totale dissipée, de chaleur qui pénetre

dans le copeau dans un point donné et dans un moment déterminé de la simulation.

a, :77Q+K(Th _Tv):_kvi

gy =(1-7)Q -5 (T, -T,)=k I

oT (@)

OX

v

(3-3)
(b)

OX

h

En combinant les équations (a) et (b) du systeéme (3-3), nous pouvons expliciter

la forme analytique du partage de la chaleur totale qui pénétre dans le copeau avec la

relation :
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Figure 3.9: Variation de la fraction de chaleur qui s’évacue dans le copeau en fonction de : la
variation du parametre de conductance thermique de l'interface (gauche) ; la vitesse de coupe

(droite). £ =0.6;7=0.5.

La dépendance de 7 par rapport a la conductance thermique de l'interface,

d'une part, et a la vitesse de coupe, d'autre part, est illustrée dans la figure 3.9-a et dans

la figure 3.9-b respectivement.

Il convient de souligner que, pour les tres hautes vitesses de coupe, la valeur de
n tend a saturer vers la valeur 7 =0.8. Cette valeur est cohérente avec celle

communément utilisée comme fraction de la chaleur qui pénetre dans le copeau dans les

modeles analytiques d’'usinage a grandes vitesses.
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4.  Cinématique de la formation du copeau :
4.1. Champs des vitesses :

Le profil des vitesses du matériau dans le copeau sur la section perpendiculaire
a la face de coupe n'est pas uniforme dans le repere cartésien x-y. On obtient que le
matériau s’écoule plus rapidement au fur et a mesure quil s'approche de l'interface, et a
cela de maniere linéaire. On observe aussi que le gradient de vitesse est différent selon la
valeur de la vitesse de coupe appliquée. Pour une valeur de frottement donnée, la pente

s'accentue avec |'augmentation de la vitesse de coupe, figure 4.1.

1 ‘ 1 \
| p=0.2 Vet - u=0.8 —e—vV=1mis
—e—\V/=2m/s ——\V=2m/s
0.8 + —O0— V=4m/s B 0.8 + —o—\V=4m/s B
——V=8m/s —o—V=8m/s
—+—V=15m/s | ] ——V=15m/s
—r—V=30m/s —r—\V/=30m/s
> 0.6 ——v=somis| 1 > 0.6 —e—v=50m/s | -
> >
> 04l {1 2> 04 y
0.2 - e 0.2 - -
0 L L L L L 0 L L L L
0 005 01 015 02 025 03 0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25
Position depuis l'interface (mm) Position depuis l'interface (mm)

Figure 4.1: Distribution des champs de vitesses dans le copeau dans le plan perpendiculaire a la
surface de coupe, et positionné au final de la longueur de contact. Frottement implémenté:

1 =0.2 (gauche); #=0.8 (droite).

Pour simplifier I'analyse des résultats numériques quant au champ des vitesses
d’écoulement du copeau, nous considérons, pour chaque simulation, une section qui
traverse le copeau depuis sa surface libre jusqu'a l'interface, perpendiculairement a la
surface de coupe, juste au niveau de la fin de la longueur de contact 1, figure 4.2. Nous
définissons alors la vitesse du copeau, Vc, comme la valeur moyenne entre la vitesse du
matériau dans les points d'intersection de cette section avec les deux surfaces du

copeau (la surface libre et I'interface outil/copeau) comme présenté dans (4-1).
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Figure 4.2: Tllustration de la méthodologie choisie pour la détermination de la vitesse moyenne
du copeau V. Vg est la vitesse du matériau a la surface libre, et Vi, la vitesse du matériau a la

surface de coupe.
VC = (Vs]_ + V[nt) / 2 (4’1)

ot Vg et Vi, sont respectivement les vitesses du matériau dans les points
d'intersection de la section qui traverse le copeau avec la surface libre et la surface de

coupe.

4.2. Rayon de courbure du copeau :

La non uniformité du champ des vitesses dans le copeau, figure 4.3, pointe
existence d’'un gradient de déformation pour le copeau. Toutefois, cette hypothese est
contradiction avec la distribution des vitesses de déformation présentes dans cette zone

du copeau et illustrée dans la figure 4.4.

39



Figure 4.3: Distribution des champs de vitesse dans le copeau pour les cas: V-2m/s (gauche) et

V=50m/s (droite). Coefficient de frottement implémenté 1 =0.8.

ER, Max. InPlane

Figure 4.4: Distribution des champs de vitesse de déformation dans le copeau pour les cas:

V=2m/s (gauche) et V=50m/s (droite). Coefficient de frottement implémenté z =0.8.

Il y a une autre analyse qui pourrait expliquer la variation de la vitesse dans le
copeau : On observe dans les figures 4.3 et 4.4 que les copeaux présentent une certaine
courbure en se formant. Si, une fois terminé le contact, le copeau sort avec un
mouvement rotationnel de corps rigide, alors le rayon de courbure R du copeau doit

étre lié a I'épaisseur du copeau t, et des vitesses Vg et Vi, selon la relation :

V

R=t,/| ™1 (4-2)

SL

Les valeurs des rayons de courbure qui ont été obtenus par mesure directe
s'adaptent presque parfaitement aux prévisions obtenues pour les mémes cas en
appliquant la relation (4-2), figure 4.5. Ce résultat valide I'hypothese de flux de copeau
sous le régime de mouvement rotationnel de corps rigide. La connaissance de la
variation du rayon de courbure du copeau avec la vitesse de coupe, ainsi quavec la

valeur de frottement implémenté, permettrait d'expliquer qualitativement la variation
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d'une grande partie des résultats numériques en fonction des conditions de coupe

implémentées dans les simulations.

Rayon de courbure du copeau (mm)

—*—Mu=0.2
—&—Mu=0.8

< Points obtenus par

N

mesure directe pour p=0.8

]

0 10

20 30 40
Vitesse de coupe (m/s)

50

Figure 4.5: Variation en fonction de la vitesse
de coupe du rayon de courbure du copeau
calculé a partir de la relation (4-2) pour
4#=0.2 et £ =0.8. Comparaison des résultats
obtenus avec les valeurs obtenues par mesure

directes pour 4 =0.8, V-2m/s, V-15m/s y

V=30m/s.
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5.  Effet du contact sur les forces de coupe :
5.1. A coefficient de frottement constant:

En représentant les forces numériques de coupe, Fe, et d'avance, Ft, obtenues
pour plusieurs valeurs du coefficient de frottement de Coulomb, figure 5.1, on peut
observer une tendance a la diminution avec l'augmentation de la vitesse de coupe,
particulierement pour les valeurs importantes du frottement. On observe que,
globalement, l'effet de I'augmentation du frottement, sur la variation de forces obtenues,

dépend de si la vitesse de coupe appliquée est relativement haute ou non.

Pour des faibles valeurs de vitesse de coupe (V <10m/s), Fc et Ft augmentent
avec l'augmentation de p. Mais, pour des vitesses de coupe plus hautes, on observe que

les forces de coupe et d'avance se rejoignent pour toutes les valeurs du frottement

implémenté, pourvu que cette dernieére soit plus grande que la valeur 0.2, figure 5.1.
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Figure 5.1: Evolution en fonction de la vitesse de coupe des forces de coupe et du frottement

macroscopique, pour divers coefficients de frottement constants implémentés.
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5.11. Effet du modele de contact de Coulomb sur les résultats
macroscopiques

Pour vérifier l'effet de I'adoucissement thermique, une étude paramétrique a été
menée, ol on a varié la valeur du coefficient de Quinney-Taylor entre 0.5 et 1 dans les
simulations numériques. Tous les calculs ont été effectués avec des modeles numériques

identiques et avec un coefficient de frottement constant.

500 500
n=0.6
~ 400 ~ 400 | g
€ €
£ £
£ £
o 300 o 300 E
Qo (8]
> c
o [ =)
] 3 &
L 200 5 200
8 g
S] s}
L 100 + 4 % 100
0 L L L L 0 ) L L L L
0 10 20 30 40 50 0 10 20 30 40 50
Vitesse de coupe (m/s) Vitesse de coupe (m/s)

Figure 5.2: Evolution en fonction de la vitesse de coupe des forces de coupe et d’avance variant

le coefficient de Quinney-Taylor. Coefficient de frottement implémenté ¢ =0.6 .

Les résultats illustrés dans la figure 5.2 montrent que la chute du niveau des
forces avec la vitesse de coupe est plus rapide aux basses vitesses (V <4m/s) quand
plus grande est la valeur def. Toutefois, pour des vitesses de coupe plus hautes
(V>4m/s), on observe que, plus la valeur de f est grande, moins importante sera la

chute obtenue pour les forces de coupe. On obtient aussi que, a partir d'une vitesse

critique (autour des 30 m/s) les courbes de force présentent une stabilisation notable.
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Figure 5.3: Evolution en fonction de la vitesse de coupe des forces normales et tangentielles a la

surface de coupe, pour divers coefficients de frottement constants implémentés.

Nous considérons maintenant la force normale et la force tangentielle a la

surface de coupe, respectivement N et T. Les valeurs de N et de T sont obtenues grace a
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lintégration sur la surface de coupe des contraintes normales et de frottement a

l'interface, respectivement o et 7, selon les relations suivantes:

N =[* o dx (5-1)

T= EC T dx (5-2)

Dans la figure 5.3, on peut observer la variation de N et de T en fonction de la
vitesse de coupe et du frottement implémenté. En termes de forces, les tendances
obtenues sont tres semblables aux précédentes illustrées dans la figure 5.2. Mais,
contrairement au frottement apparente, définie par le rapport F, /F, illustrée dans la
figure 5.2, le quotient de T par N, que nous appellerons désormais frottement moyen sur

la surface de coupept, illustré dans la figure 5.3, nous fournit des informations

nécessaires pour connaitre l'état du contact a l'interface.

Pour les cas ot ¢ £ 0.2, on obtient dans la figure 5.3 que le frottement moyen
égale le frottement implémenté. Il n'y a pas contact d'adhésion et, quant aux forces
globales, on remarque a peine une baisse du niveau. Au contraire, pour les cas
ou x> 0.6, on observe d'importantes chutes des forces de coupe et d'avance. En outre,
le fait d'obtenir, a de hautes vitesses de coupe, des valeurs du frottement moyen tres
semblables pour > 0.6 suppose que la contrainte de frottement est régie par la
contrainte limite d’écoulement du matériau a l'interface. On suggere alors que la
proportion du contact de type collant dans l'interface doit étre tres importante. Dans le
cas contraire, I'augmentation de la valeur du frottement implémenté ferait monter le

niveau du frottement moyen obtenu.

On a représenté dans la figure 5.4-a, le quotient de la force normale (resp. force
tangentielle), calculée pour la zone glissante, par la force normale N (resp. force
tangentielle T) obtenue pour toute la surface de coupe. Il peut étre observé comment ce
rapport diminue fortement en fonction de la vitesse de coupe. Cette donné conduit au
résultat suivant illustré dans la figure 5.4-b, ot on démontre que le comportement du
frottement moyen, obtenue le long de la surface de coupe, est gouverné en grande partie

par le rapport des forces dans la zone de contact collant.
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Figure 5.4: Quotient de la force normale et de la force tangentielle, agissant sur la zone de

contact glissant par, respectivement, N et T (a). Comparaison de la variation, en fonction de la

vitesse de coupe, du frottement moyen le long de toute la surface de coupe, avec les ratios des

forces (tangentielle par normale) obtenus dans les deux zones de contact, glissant et collant

(b). Coefticient de frottement implémenté 1 =0.8.

5.2. Comparaison des résultats numériques avec les donnés expérimentales :

5.2.1.
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Figure 5.5: Comparaison entre les résultats numériques, obtenus avec divers coefficients de

frottement constants, et les donnés expérimentales publiées par Devillez et al [47].

Dans la figure 5.5, on compare les résultats numériques obtenus par le modele de

frottement de Coulomb, avec un coefficient de frottement constant, avec les résultats
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expérimentaux publiés en [47] par Devillez et al. pour la méme matériau et sous les

mémes conditions de coupe.

La différence, pour les grandes vitesses de coupe, entre les forces d'avance
numériques et expérimentales résulte en une sous-estimation du frottement apparent
expérimental de la par les prévisions numériques, figure 5.5. Toutefois, la différence
entre la courbe expérimentale et ce qui est numériques en termes de frottement

apparent parait globalement uniforme, figure 5.6.

—&— Mu=0.6
——Mu=0.8
—>—Mu=1.0
S @ ==Om== Experimental [79]

]

|l —a— Mu=0.2
\
[}
()

0.8 -

Figure 5.6: Comparaison entre les

Frottement apparent (F,/ F,)

02 frottements apparents obtenus avec modele
r=15um numérique, a coefficient de frottement
0 1 1 1 1 Pl
0 5 10 15 20 5 constant, avec la tendance expérimentale
Vitesse de coupe (m/s) [47]_

Avec un rayon du fil de coupe der =30um, les forces de coupe augmentent
légerement par rapport aux valeurs originales avec ¢z = 0.8. D'autre part, les nouvelles
forces d'avance augmentent sensiblement jusqu'a arriver, aux hautes vitesses de coupe,
au niveau des forces expérimentales, a partir de quoi, on peut vérifier 1'effet du rayon du
fil de coupe. Quant aux nouvelles valeurs obtenues avec r = 30um, figure 5.7, on observe

une importante amélioration du niveau du frottement apparent par rapport a la

tendance expérimentale.
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Figura 5.7: Comparaison des frottements
apparents, obtenus a différents valeurs de
rayon du fil de coupe, avec la tendance

expérimentale d’apres [47].

Comportement des forces en fonction de la variation de I’avance :

Dans [48], Sutter & Molinari obtiennent la variation du frottement apparent en

fonction de la vitesse de coupe pour deux valeurs de I'avance (t;=0.25mm et t;=0.5mm).
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Vitesse de coupe (m/s)

Figura 5.8: Comparaison des frottements
apparents, obtenus a différents valeurs de
I'avance, avec les résultats expérimentaux
publiés par Sutter & Molinari dans [48].

Coefficient de frottement implémenté = 0.6

Ces résultats ont été obtenus pour le 42CD4 en condition de coupe orthogonale

avec un angle de décollement nul. Le modeéle numérique a été modifié¢ pour obtenir des

tendances numériques a différentes valeurs d'avance afin de comparer les tendances

numériques avec les résultats expérimentaux présentés dans [48]. Dans la figure 5.8, on

peut observer une trés bonne corrélation entre les tendances numériques, a différentes

valeurs d'avance, et les tendances expérimentales. Les modeles numériques prédisent

donc de maniére satisfaisante aussi bien les tendances comme les niveaux des

frottements réelles, en particulier dans l'intervalle des vitesses intermédiaires.
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6.  Conclusion générale

La contribution originale de ce travail de these doctorale réside dans l'analyse de
l'influence du modele de frottement de Coulomb dans les résultats numériques du
procédé de coupe orthogonale. Concrétement, dans une premiere partie, on a varié tant
la valeur du coefficient de frottement constante implémenté (entre O et 1), comme la
vitesse de coupe appliquée (entre Im/s et 50m/s). Le travail présenté dans cette these
s'est particulierement centré sur l'analyse des distributions des contraintes normales et
de frottement ainsi que les températures a l'interface. Les conclusions de ce travail sont

résumées dans les points suivants:

. La Méthode des Eléments Finis est efficace pour modéliser numériquement le
phénomene de la formation du copeau. Plus précisément, la formulation ALE (Arbitrary
Lagrangian Eulerian) permet d'obtenir des résultats consistants avec les tendances
observées expérimentalement, tant au niveau local, c'est-a-dire a l'interface, comme

macroscopique, par exemple pour les forces de coupe.

. Le modele numérique de contact entre 'outil et le copeau résulte étre un point
clef pour lobtention des résultats numériques cohérents avec les connaissances
actuelles dans le domaine de la tribologie des métaux. Pour le contact mécanique, il a
été démontré que la condition de la formation du contact collant est directement en
rapport avec la formulation du modele de frottement implémenté. L'apparition de ce
type de contact reliée avec 'adoucissement thermique du matériau a l'interface. D'autre
part, il a été démontré également que le partage de la chaleur due au frottement entre le
copeau et l'outil est gouverné par la valeur de la conductance thermique implémentée a

l'interface.

. Quant aux aspects géométriques du processus de la formation du copeau, on a
mis en évidence dans ce travail que, bien qu'on obtienne un gradient de vitesse dans
I'épaisseur du copeau, I'écoulement de la matiere dans le copeau décrit un mouvement
de corps rigide. Le gradient de vitesse observé est la conséquence du mouvement
angulaire de convection de la matiére, qui caractérise sa courbure. On a montré que ce
rayon de courbure du copeau dépend tant de la vitesse de coupe comme de la valeur du

coefficient de frottement implémenté.
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. L'influence du modele de contact sur les forces de coupe numériques a été
analysée. 1l a été démontré que la diminution des forces de coupe, a coefficient de
frottement donng, était directement liée a I'adoucissement thermique du matériel,
combiné avec la forme du modele de frottement implémenté. On a aussi démontré que
l'augmentation du rayon du fil de coupe tend a augmenter les forces de coupe,
particulierement la force d'avance, et par conséquent, 1'augmentation du rayon du fil de
coupe augmente de maniere notable le niveau du frottement apparent. Enfin, les
résultats numériques obtenus avec le modele de friction avec coefficient constant ont
été comparés avec des données expérimentales. Une bonne reproduction des tendances
des forces de coupe a été observée, mais au niveau de l'interface, l'augmentation du
contact collant en fonction de la vitesse de coupe a été obtenue. Ce résultat étant
opposé aux observations expérimentales, a justifié modification du modele numérique
avec I'implémentation d'une relation de frottement variable (dépendant de la vitesse)

qui retrouve les tendances expérimentales.
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Capitulo I: Introduccidn y estado de arte del proceso de mecanizado

1. Introduccion general

El mecanizado es un proceso mecanico que consiste en la fabricacion de piezas
de gran precision. El método se basa en el arranque de material de un bloque inicial de
materia prima, mediante una herramienta, hasta la obtencion de la geometria de la
pieza final. Existen numerosas familias de arranque de material pero, en este trabajo,
nos centraremos en particular en los procesos de mecanizado con herramientas de filo
geométricamente definido, basicamente de tres tipos: el torneado, el fresado y el
taladrado. Estos tres tipos de mecanizados son los mas frecuentemente utilizados hoy
en dia en la industria y representan un porcentaje muy importante del PIB de los paises

industrializados.

Controlar el proceso de mecanizado no es una tarea facil de conseguir. Los
mecanismos fisicos que definen el arranque de material son complejos porque engloban
todo un conjunto de procesos que son objetos de estudio por parte de las disciplinas de
la mecanica y de las ciencias de los materiales. Parte de la complejidad de este proceso
radica en que las condiciones de contacto mecanico vy fisico entre la herramienta y la
pieza influyen notablemente en la formacion de la viruta. De hecho, se observa que
cambiando el tipo de material de la herramienta (o ¢l de la pieza) asi como cambiando
alguna de las condiciones de corte (por ejemplo la velocidad de corte, la profundidad de
corte, el angulo de desprendimiento etc.), los mecanismos de generacion de la viruta
pueden cambiar pasando de ser continua a serrada o segmentada (rotura del material).
Por otra parte, cerca del filo de la herramienta se producen zonas de carga extrema con
elevados valores de deformacion, de velocidad de deformacion y de temperatura, y

generacion de nuevas superficies libres (superficie mecanizada).

Fabricar objetos mediante el arranque de material es una tecnologia que aparece
ya en las actividades de manufactura en las primeras civilizaciones conocidas hace
miles de anos. A pesar de esto, la modelizacion de este proceso de mecanizado sigue
siendo un desafio para los investigadores debido a la continua necesidad industrial de
mejorar el proceso o de mecanizar nuevos tipos de materiales como las aleaciones de

baja maquinabilidad o los materiales compuestos.
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2. Breve repaso de la historia del desarrollo del proceso mecanizado

Figura 1.1: Reproduccion de un (jeroglifico) egipcio del siglo ITI BC de una operacion de

torneado. (Izquierda). Imagen de un torno utilizado en Alemania en 1395 (Derecha).

Mucho antes que empezara la Revolucion Industrial del siglo XVIIT en Europa,
las herramientas manuales fueron utilizadas para cortar y formar piezas con el
proposito de producir bienes destinados a un uso doméstico. Gracias a los estudios
arqueologicos sabemos hoy que el uso de un torno se hacia hace mas de 1000 A.C.
Incluso existe una ilustracion del antiguo Egipto del siglo IIT D.C. que representa una
operacion de cilindrado realizado por un artesano ayudado de su asistente, figura 1.1
(Izquierda). Los arqueologos también demostraron que el uso del torno en Europa fue

gracias a la expansion de los pueblos celtas a partir de Escocia y Dinamarca hacia el sur.

B d
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Figura 1.2: Torno construido por Leonardo Da Vinci.
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Al fin de la Edad Media el uso del torno a arco, figura 1.1 (Derecha), es frecuente
en Europa. El movimiento rotativo del eje del torno se obtenia mediante un arco cuya
cuerda se envolvia en torno a un eje y que accionaba un operador con su pie, sus manos
sujetando la herramienta. Este tipo de torno todavia lo utilizan relojeros y joyeros en la

India.

Es curioso encontrar en la historia del mecanizado el interés del gran inventor
Leonardo Da Vinci, que se invirti6 su genialidad visionaria en la elaboracion de un
torno, figura 1.2. Cabe destacar que uno de sus esquemas reproducido en la figura 1.3
(Izquierda) dio lugar a la realizacion de varios prototipos que muestran una gran

eficiencia en el trabajo de la madera, figura 1.3 (Derecha).

Figura 1.3: Esquema dibujado por Leonardo Da Vinci de un torno (Izquierda). Prototipo de

maquina de torneado funcionando elaborado a partir del esquema de Da Vinci (Derecha).

Con la invencién de la maquina de vapor, la industrializacién de la produccion
empez6. La utilizacion masiva en el siglo XIX de maquinas herramientas capaces de
fabricar piezas de gran precision en grandes cantidades rapidamente hizo de la

fabricacion en serie una realidad.
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& Science Museum J £

Figura 1.4: Fotogratia de la maquina de cilindrado interior de Wilkinson (Ingleterra - 1775).

Al principio en Inglaterra y en Francia asistimos a un crecimiento importante de
la concepcion de nuevas maquinas-herramientas cada vez mas sofisticadas y realmente
modernas. Como ejemplo, destacan la maquina de cilindrado interior de John
Wilkinson de 1775 ilustrado por la Figura 1.4, y el torno con cambio de velocidad de
Henry Maudslay de 1797, figura 1.5, ambos de fabricacion inglesa, asi como el torno

elaborado por el inventor francés Sénot en 1795 ilustrado en la figura 1.6.

Figura 1.5: Fotografia del torno con cambio de velocidad de H. Maudslay (Ingleterra - 1797).

A lo largo del siglo XIX fue el turno de los inventores norteamericanos de

desarrollar el disefio y la elaboracion de las maquinas-herramientas. Se sigue una larga

70



Capitulo I: Introduccidn y estado de arte del proceso de mecanizado

serie de patentes entre las cuales destacan varios tornos y bancos de taladro

depositados por E. Whitney, J.R. Brown y F.W. Fellows.

Figura 1.6: Fotografia del torno con cambio de velocidad de Sénot (Francia - 1795).

La produccion de materiales abrasivos artificiales a finales del siglo XIX
permiti6 la aparicion de un nuevo tipo de maquinas-herramientas: las muelas. C.H.
Norton demuestro la gran eficiencia de su maquina, figura 1.7, realizando una operacion
de rectificacion de un cigtienal de automovil en tan solo 15 minutos cuando esta tarea

llevaba a un técnico mas de 5 horas de trabajo.

Figura 1.7: Fotografia de la rectificadora de Charles Hotchkiss Norton (EE.UU - 1896).
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El siglo XX fue testigo de la introduccion de numerosas mejoras de las
maquinas-herramientas, particularmente en el desarrollo de la automatizacion de las
tareas controladas por sistemas electronicos e informaticos. También se desarrollaron
nuevas técnicas llamadas no convencionales como el mecanizado electroquimico y
ultrasonico. A pesar de todo, los fundamentos de la concepcion de maquinas-
herramientas siguen siendo en gran parte la herencia de los inventores de los siglos

XVITy XIX.

3. Estado de arte
3.1. Introduccion

El mecanizado es un proceso de fabricacion complejo que depende del material
de la pieza y de la herramienta, de los parametros de corte y de las condiciones de
contacto en la interfase. La formacion de la viruta también depende de las condiciones
de corte del problema (Angulo de corte, angulo de desprendimiento, avance, velocidad
de corte, rigidez de la maquina...). Para un investigador, la comprension de este proceso
es un verdadero desafio. La formulacion de una teoria generalizada sobre el mecanizado
que defina un modelo capaz de predecir todos los resultados es un reto dificil de
conseguir. Debido a este motivo, los primeros trabajos sobre este tema fueron sobre
todo descriptivos, y que la elaboracion de un modelo generalizado fiable sigue siendo

hoy un objetivo de actualidad.

3.2.  Los pioneros de la investigacion sobre el proceso de mecanizado

Primeras observaciones, descripciones e hipotesis importantes

Con la aparicion de las maquinas-herramientas a partir del fin del siglo XVIII y
del comienzo de la produccion en masa a mediados del siglo XIX, la optimizacion de la
productividad [en este caso la maximizacion del tiempo de vida de la herramienta de
corte| se convirtio6 en un punto clave de la competividad en los paises recientemente
industrializados. Fue entonces cuando la investigacion en la tematica del proceso de
mecanizado se inicio, y sigue siendo hoy una linea de investigacion importante con mas

de 200 anos de estudio y resultados.
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En su libro, Childs [1] explico que las primeras observaciones sobre la formacion
de la viruta fueron hechas por Tresca y por Mallock. En 1878, Tresca [2] present6 sus
trabajos en cuales propone nuevas ideas sobre la forma de la herramienta y la
profundidad de corte 6ptimas. Tresca, que publico una foto explicativa de la formacion
de viruta ilustrada en la figura 1.8-a, insisti6 sobre la necesidad de adoptar un enfoque

mecanico para estudiar el proceso de mecanizado.

Mallock [3] publico en 1881 una imagen presentada en la figura 1.8-b en la cual
pone de manifiesto que la formacion de la viruta es debido al fenomeno de cizallamiento
del material en la zona primaria. Gracias a unas observaciones realizadas con un
microscopio optico que solo aumentaba 5x el tamafio de los objetos, Mallock establecio
otro principio importante del mecanizado: la friccion entre la herramienta y la viruta es
determinante en el proceso de la formacion de la viruta. Por otra parte, Childs [1] indica
en su libro que Mallock [3] propuso en sus trabajos la idea de que la viruta tenia un
espesor que minimizaba la energia de friccion. Esta idea es parecida a la hipotesis

formulada por Merchant mas de 60 afos después.
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Figura 1.8: Ilustraciones sobre la formacion de la viruta segtin Tresca (a) y Mallock (b).

En otra publicacion importante presentada en 1907, Taylor [4] concluy6 25 anos
de trabajos sobre el proceso de mecanizado, insistiendo sobre el destacado papel de los
fenomenos térmicos en la optimizacion de la duracion de vida de las herramientas de
corte. Taylor introdujo los aceros rapidos como material de corte, demostrando que
éstos mejoraban la resistencia a las temperaturas altas, lo que permiti6 mecanizar

piezas a mayores velocidades de corte, aumentando la productividad.
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3.3.  Las primeras teorias para la prediccion de los resultados

La modelizacion analitica del proceso de mecanizado

En 1945, Merchant [5] publico el primer modelo predictivo centrado en la
operacion de arranque de material. Este modelo sigue siendo hoy uno de los mas
importantes y de los mas utilizados en el ambito académico. Merchant se centro en el
corte ortogonal, con lo que su modelo se basa en un analisis bajo la hipotesis de flujo de
material en el plano perpendicular al filo de corte (deformacion plana), figura 1.9. El
material fue considerado de tipo plastico perfecto y el contacto entre la viruta y la
herramienta fue definido como totalmente deslizante bajo una relacion de tipo
Coulomb con un coeficiente de friccion constante. La hipotesis mas importante de este
modelo era que la formacion de la viruta se originaba en el plano de espesor
infinitesimal (AB), llamado zona primaria de cizallamiento, donde el material cambia
instantaneamente de direccion. Esta hipotesis proviene en realidad de las observaciones
experimentales publicadas por Ernst [6] en 1938. El plano (AB) define con la direccion

de corte el angulo de cizallamiento ¢ y Merchant [5] propone que el angulo de

cizallamiento ¢ minimiza la fuerza de corte.

Viruta

Zona primaria t,

de cizallamiento
Herramienta

t

Figura 1.9: Modelo de corte ortogonal publicado por Merchant [5].

La simplicidad del modelo de Merchant ha contribuido a su amplia utilizacion
por parte de distintos investigadores. Sin embargo, el modelo de Merchant no predice

satisfactoriamente los resultados obtenidos en los ensayos experimentales.
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Varios trabajos han sido publicados recientemente para criticar la
determinacion del angulo ¢ a partir del principio de minimizacion de la energia. Baker
[7] quiso comprobar la validez del modelo de Merchant mediante la simulacion
numérica. El autor publicé un estudio numérico donde consideraba todas las hipotesis
de Merchant y analizaba los resultados. Biker [7] constata que el principio de
minimizacion de la energia juega un papel muy importante en la formacion de la viruta,
particularmente en su segmentacion a altas velocidades de corte, pero que ese principio
no determina el valor de ¢. A pesar de basarse en las mismas condiciones que las
expresadas previamente por Merchant, los resultados de Biaker no se corresponden con
los de Merchant, porque el modelo analitico de este ultimo cuenta con un defecto
importante en la definicion de la cinematica de la formacion de la viruta. Ese detalle ha
sido discutido por Molinari & Moufki [8], que consiguieron identificar el fallo en el

modelo analitico y corregirlo.

Viruta

Superficie
to

Libre

Herramienta

Figura 1.10: Modelo modificado de Merchant propuesto por Molinari & Moufki [3].

Molinari & Moufki [8] propusieron un modelo de Merchant modificado que
mejora la definicion de la cinematica del problema. Los autores incluyen un criterio de
estabilidad suplementario para la morfologia de la viruta. Concretamente, este nuevo
modelo, ilustrado en la figura 1.10, toma en cuenta una forma suavizada de la superficie

libre en la base de la viruta que permite corregir el valor del angulo de cizallamiento.

Existen otros modelos analiticos de corte ortogonal desarrollados para predecir

las fuerzas de corte. Los mas populares dentro de la comunidad cientifica son los de Lee
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& Shaffer [9] y de Oxley [10]. El modelo de Lee & Shatffer [9] fue publicado en 1951. Este
modelo, desarrollado después por Kudo [11], y luego también por Dewhurst [12]
(mejorando la prediccion de la curvatura de la viruta), se centra en el estudio de la
formacion de la viruta, a través de un analisis de la respuesta de tipo plastico del
material. En el modelo, Lee & Shatffer [9] suponen un espesor infinitesimal de la zona
primaria como en el modelo de Merchant y consideran el material de la pieza como
rigido-plastico perfecto despreciando los efectos del endurecimiento y de la velocidad
de solicitacion en la respuesta del material. La principal aportacion de este modelo es
que considera un contacto plastico en la interfase. Concretamente, en este modelo el
valor de la friccion se considera en términos microscopicos, definiendo un coeficiente de

friccion medio a lo largo de la interfase.

Zona secundaria

— de cizallamiento
Zona primaria

de cizallamiento
Herramienta

Figura 1.11: Modelo de corte ortogonal desarrollado por Oxley [10].

Oxley [10] desarroll6 un modelo termo-mecanico considerando un
comportamiento termo-visco-plastico para el material ademas de definir un espesor no-
infinitesimal para la zona primaria de cizallamiento. Asimismo, defini6 en la interfase
un contacto de tipo no plastico donde la materia no desliza sobre la herramienta. Esta
hipotesis tiene como consecuencia la aparicion de la zona secundaria de cizallamiento,
figura L11. Es importante destacar que este modelo de corte ortogonal considera la
friccion como un fenémeno de cizallamiento del material dentro de la viruta a lo largo

de la zona de contacto.
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3.4. FElcontacto en la interfase viruta/herramienta

El contacto entre la herramienta y la viruta es un aspecto clave para la
comprension del proceso de mecanizado. La friccion ha sido un tema investigado y
discutido desde el principio. Las fuerzas de corte y de avance no permiten obtener
conclusiones acerca de la interaccion local en la interfase. La obtencion de las tensiones

normales y de friccion proporciona este tipo de informacion.

Durante una operacion de mecanizado, las fuerzas de corte que se miden suelen
ser muy altas sobre todo teniendo en cuenta las zonas de contacto entre herramienta y
pieza son muy pequenas. Esto es consecuencia de las elevadas tensiones entre la

herramienta y el conjunto pieza/viruta.

Takeyama & Usui [13] publicaron en 1958 un estudio sobre la variacion de las
fuerzas de corte con respecto a la superficie de contacto. Para esto, los autores
utilizaron una herramienta disenada para mantener la superficie de contacto constante.
La principal conclusion de este trabajo era que la fuerza de friccion es proporcional a la
superficie de contacto, es decir, la tension de friccion media en la interfase es constante.
Ademas, los autores demostraron que esta tension de friccion media es casi igual al

limite elastico de cizalladura del material.

Kattwinkel en 1957 [14], Andreev en 1958 [15] y Usui & Takeyama en 1960 [16]
fueron de los primeros en observar experimentalmente la distribucion de las tensiones
en la interfase. Para conseguirlo, estos autores utilizaron una herramienta foto-elastica
para mecanizar plomo a bajas velocidades de corte (entre 0,02 m/s y 0,08 m/s). El perfil
de las tensiones obtenido por Kattwinkel e Andreev es muy similar. La tension normal
disminuia fuertemente hasta el final del contacto siguiendo una ley de tipo potencia. La

disminucion de esta tension obtenida por Usui & Takeyama es diferente, figura 1.12-a.

Los autores observaron que la tension normal presentaba un importante pico de
tension en el filo de corte, luego se estabilizaba en una pequena parte de la interfase
antes de volver a caer fuertemente en la segunda parte de la zona de contacto. La
principal observacion de Usui & Takeyama [16] era que la tension de friccion
presentaba una meseta a lo largo de la casi totalidad de la interfase antes de caer

fuertemente al final del contacto, figura 1.12-a. Como en las demas publicaciones [14,15]
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citadas por Hsu [17], este trabajo puso de manifiesto a posteriori, que el ratio de las
tensiones, que uno puede asimilar a la friccion local en cada posicion de la interfase, no

era constante a lo largo de la interfase herramienta/viruta, figura 1.12-b.

2,5

SHEAR STRESS/ NORMAL STRESS, .

0 0,02 004 006 008 01 012 0,14 0 0,02 004 006 008 01 012 0,14

NORMAL AND SHEAR STRESSES ON RAKE FACE, F.O.

DISTANCE FROM CUTTING POINT, IN. DISTANCE FROM CUTTING POINT, IN.

Figura 1.12: a- Distribucion de la tension normal y de cizalladura obtenidos experimentalmente

por Usui & Takeyama [16]. b- Ratio de las tensiones que le corresponde.

Las mismas tendencias de distribucion de tensiones fueron publicadas por
Zorev [18], que propuso en 1963 el modelo representado en figura 1.13. En este modelo,

la tension normal o disminuye fuertemente y no linealmente desde el filo de corte

hasta el fin del contacto, siguiendo una ley de tipo potencia. | es la zona de contacto

plastico donde el valor de la tension de friccion iguala a la tension del limite elastico de

cizalladura del material (t=1y). I, <X<I; esla zona de deslizamiento donde, como

consecuencia de la baja presion normal, la tension de friccion es proporcional a la

tension normal segtin la relacion clasica de Coulomb (1 =p.c).
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Figura 1.13: Distribucion de la tension normal y tangencial en la interfase segtin Zorev [18].

Varios trabajos experimentales sobre la distribucion de las tensiones han sido
también publicados utilizando un dispositivo con una herramienta dividida (splits
cutting tool) a lo largo de los afios 60 y 70. Los mas destacados son los trabajos de Hsu
[17] y de Kato et al. [19]. A partir de resultados obtenidos por ensayos de torneado de
aluminio a 8 m/s, Hsu propone una ley potencial para la tension normal. El autor
introduce también la idea de similitud geométrica de los resultados, concluyendo que
dos procesos geométricamente similares (es decir, dos ensayos donde los ratios de la
longitud de contacto por el avance, 1/t;, son iguales) deben de tener la misma
distribucion de las tensiones en la interfase. Wallace & Boothroyd y Takeyama
criticaron estos resultados poniendo de manifiesto la dificultad que existe de
extrapolar, a partir de las fuerzas de corte, la distribucion de las tensiones en la
interfase. Kato et al. [19] midieron las tensiones en la interfase para varios materiales
(Al-O, Al-H, Cu, Pb, Pb-Sn y Zn) con varios avances y angulos de desprendimiento,
pero despreciando las medidas cerca del filo de corte. Los autores demostraron que la
distribucion de las tensiones en la interfase estaba relacionada con el tipo de material

observado, tanto en la forma como en los niveles de tensiones medidos.

En 1989, Childs et al. [20] obtuvieron experimentalmente para un acero dulce
una distribucion de tensiones de friccion similar a la de Kato et al. [19] utilizando una

herramienta cortada. Childs et al. insistieron en el hecho de que las tensiones normales
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que observo presentaban una meseta ademas de un fuerte pico de tension cerca del filo

de corte antes de bajar bruscamente al final del contacto, figura 1.14-a.
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Figura 1.14: Distribucion de las tensiones normales y de friccion a lo largo de la interfase viruta

herramienta para un acero dulce segtin: a- Childs et al. [20], b- Lee et al. [21].

Unos afios después, Lee et al. [21] se centraron particularmente en medir las
tensiones cerca del filo de corte. Sus observaciones eran muy parecidas a las de Childs
por cuanto a la meseta y al pico cerca del filo de corte que presentaba la tension normal.
Los autores mostraron que un pico de tensiones similar al de las tensiones normales

existia también para las tensiones de friccion en esa misma zona, figura 1.14-b.

3.5. Naturaleza del contacto en la interfase

Mecanismos de la friccion entre Ia herramienta y la viruta

Estudiar la distribucion de las tensiones en la interfase viruta-herramienta es un
campo de los mas importantes en el mecanizado, ya que representa uno de los
procedimientos experimentales mas accesibles para obtener datos precisos sobre el
estado real del contacto mecanico en esa zona. La existencia simultanea de una zona de
adhesion y una zona de deslizamiento, pone en evidencia el caracter discontinuo y
complejo del contacto en la interfase [16, 18, 20, 21]. Para ilustrarlo, el modelo
presentado por Zorev [18], por ejemplo, describe dos relaciones para la tension de
friccion, T, segiin que ésta esté situada en la parte pegada o deslizante del contacto,

Ecuacion.l.
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t(X)=1y, en la parte pegada, (1-1-a)
©(x)=po (x), en la parte deslizante. (1-1-b)

donde t, es el limite elastico de cizalladura del material de la pieza y o es la tension

normal en la posicién X sobre la interfase.

En su libro, Shaw [22] explica que la friccion tiene un comportamiento
diferente segtin que la presion en la interfase sea relativamente alta o relativamente
baja: para las presiones relativamente bajas, el ratio de la tension de friccion entre la
tension normal tiene un valor constante para un par de materiales en contacto,
independientemente de la presion aplicada (siempre que sea baja), de la velocidad de
deslizamiento relativa entre los dos solidos, de la temperatura, del estado de las dos
superficies en contacto y de la superficie de contacto aparente. Shaw insiste en que
estas observaciones, que eran conocidos por los trabajos de Amontons (1699) [23], no
son validas para el mecanizado, como lo demuestran algunos trabajos experimentales

citados previamente [6, 13, 14-21].

En el caso de un contacto con altas presiones, el valor de la friccion medida para
un par de materiales en contacto depende de varios parametros, principalmente del
nivel de la presion aplicada pero también de la temperatura en la interfase y de la
velocidad relativa de deslizamiento de un solido con respecto al otro. Varios trabajos
publicados posteriormente consolidan estas hipotesis. Por ejemplo Lim et al. [24]
observaron en 1989 que la friccion obtenida depende fuertemente de la rugosidad en la
interfase para velocidades de corte inferiores a Im/s. Para las velocidades de corte
superiores, los autores mostraron que la friccion depende tanto de la velocidad como de

la presion normal aplicada en la interfase.
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Figura 1.15: Dispositivo de medicion de la friccion publicado por Philippon et al. [25].

Philippon et al. [25] publicaron en 2004 un trabajo donde presentaban un
dispositivo experimental de medicion de la friccion entre dos solidos, figura 1.15. La
ventaja principal de este dispositivo era que se podia controlar y variar la presion entre
las dos piezas que friccionan entre si. De esta forma, los autores publicaron para un
material dado la variacion de la friccion con respecto a la velocidad y a la presion

ilustrada en la figura 1.16:

05

T T L [
| 4+ p=421MPa (1) op=876MPa
| +p=45NR Q) 8p=9,7/2MPa

Mo ' ! ‘ op=13MP @) |- "1e Ap=1272MPa
ep=218MR () 4p=1480MPa

Ap=1406MPa
#p=27,12MP
op=33,15 P2

R S -

o
BB

| FRICTION COEFFICIENT 1 |
T
L3
.
-

I FRICTION COEFFICIENT p ]
Q

[sLiDnG vELOCITY V [mys] | [sLiDmnG vELOCITY v [mve)

Figura 1.16: Variacion de la friccion deslizante en funcion de la velocidad para: un contacto
carburo/acero obtenido por Sutter et al. [81](izquierda); un contacto acero/acero obtenido por

Philippon et al. [25] (derecha).

Los resultados de Philippon et al. [25] tienen la particularidad de estar
relacionados tnicamente con el tipo de contacto deslizante. Asi pues, uno puede

observar, a partir de estos resultados, que existen dos tendencias para describir la
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variacion de la friccion con la velocidad de deslizamiento relativa entre dos superficies

a presion constante:

. A bajas velocidades de deslizamiento (hasta unos 3m/s), el coeficiente de

friccion obtenido aumenta fuertemente con la velocidad.

. A altas velocidades de deslizamiento (a partir de 3m/s), la friccion
obtenida disminuye con el aumento de la velocidad aunque también se
observa que para bajas presiones aplicadas entre las dos superficies, la
friccion tiende a aumentar ligeramente a partir de altas velocidades de

deslizamiento (30 m/s).

Con relacion a la influencia de las tensiones normales aplicadas en el
comportamiento de la friccion, aunque la tendencia no esta clara del todo por el
pequetio intervalo de las presiones aplicadas en la figura 1.16, Philippon et al. observan
que las presiones no juegan un papel importante, salvo a altas velocidades donde, al
contrario de los resultados obtenidos para las bajas presiones, los coeficientes de

friccion obtenidos para altas presiones se estabilizan alrededor del valor 4 =0.2.

Recientemente, varios autores [26-28] estudiaron la variacion de la friccion seca

en funcion de la velocidad para varios aceros utilizando un dispositivo experimental de
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tipo “pin-on-disk” ilustrado en la figura 1.17.
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Figura 1.17: Dispositivo de medicion de la friccion utilizado en [26-28].
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Los resultados obtenidos por Bonnet et al. [26] para el AISI 316L y por Rech et
al. [27] para el AISI 1045 confirman los resultados de Philippon et al. [25] aunque, la
comparacion de estos nuevos trabajos aporta nuevas aclaraciones sobre el

comportamiento de la friccion con relacion al tipo de material estudiado.
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Figura 1.11: Variacion de la friccion en funcion de la velocidad utilizando un dispositivo de
medicion de tipo “pin-on-disk” para los aceros: AISI 316L segtin Bonnet et al. [26] (Izquierda) y
AIST1 1045 segtin Rech et al. [27] (Derecha).

En efecto, en las figuras 1.11 y 1.12 se observa que:

. La friccion obtenida depende fuertemente del tipo de material utilizado
sobre todo a bajas velocidades. Este resultado es valido para un estado
de superficie equivalente, ya que las superficies de contacto de los
materiales ensayados han sido mecanizados de igual manera en el mismo

dispositivo experimental.

. Un valor asintotico de la friccion, que depende del tipo de material
utilizado (entre 0.2 y 0.25), se alcanza a partir de una velocidad critica
que también depende del material. Ademas, Zemzemi et al. [2§]
demuestra que estos valores no dependen de la geometria del dispositivo
utilizado ya que en su publicacion Zemzemi compara los resultados

obtenidos para varios diametros de la cabeza del pin.
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Figura 1.12: Variacion de la friccion en funcion de la velocidad y de la presion para un acero

AISI 4142 segiin Zemzemi et al. [28].

En 1956, Finnie & Shaw [29] relacionaron la fisica del fenomeno de la friccion,

para las altas presiones, con el efecto de Moore [30] donde, como consecuencia de la

plastificacion excesiva de una de las dos superficies en contacto, el ratioR entre la

superficie de contacto real y la superficie de contacto aparente, aumenta de forma

logaritmica para alcanzar valores mayores que 1, a partir de un cierto nivel de presion.

El comportamiento de la friccion entre dos superficies puede entonces ser modelado

con una ley de tipo exponencial, donde se distinguen 3 regimenes de friccion en funcion

del nivel de tension normal aplicada entre la dos superficies [31]:

° o bajo= R«
° o transicion= R«1:
° o alto=> R=1:

T=p.0: (donde la friccion es constante) El tipo

de contacto es entonces totalmente deslizante;

Una fase de transicion;

T =1y : la tension de friccion es igual a la tension
del limite elastico de cizalladura del material. Y
esto, independientemente de la presion aplicada.

El contacto se produce con adhesion completa.

La mayoria de los ensayos experimentales llevados a cabo para estudiar la

friccion en la interfase se han centrado en el estudio de la distribucion de las tensiones
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(ver apartado 2.3). Los altisimos niveles de presion observados cerca del filo de corte
fueron el principal argumento de varios autores, como por ejemplo Wallace &
Boothroyd [32] en 1964 o Bailey [33] en 1975, para sugerir la existencia de una zona de

contacto pegado localizada cerca del filo de corte.

En realidad, en un trabajo publicado en 1979 por Doyle et al. [34], la
equivalencia entre el hecho de tener altas presiones entre dos superficies en contacto y
afirmar que tal condicion implica un contacto pegado (hipotesis comunmente
encontrada en los trabajos relacionados con el mecanizado, sobre todo para modelizar
el contacto cerca del filo de corte) ha sido muy discutida. Basandose en sus propias
observaciones y notando que observaciones similares habian sido publicadas por
Childs & Rowe en 1973 [35], Doyle et al. [34] publicaron las imagenes presentadas en
la figura 1.17 donde se puede ver que en una pequena parte cerca del filo de corte, el
contacto es de tipo deslizante. Los autores explican que los mecanismos de
deslizamiento en esta zona (zona 1-a) son diferentes de los de la zona 2 y, ademas,
comparan este deslizamiento elastico en la zona 1-a con el modelo de la alfombra

deslizante que ilustra la propagacion de una dislocacion en el material.

Figura 1.17: Fotos, a diferentes escalas de la superficie de desprendimiento, de una herramienta
de zafiro publicadas por Doyle et al. [34].

Por otra parte, Doyle et al. [34] profundizaron atn mas en el analisis de las
causas de la aparicion de la zona de adhesion entre herramienta y viruta haciendo una
campana de ensayos donde variaban el porcentaje de oxigeno en la atmosfera. Los
resultados mostraban que la oxidacion del material en la interfase era un parametro de

gran importancia en cuanto al desarrollo del fenomeno de adhesion.
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Shirakashi & Usui [36] se basaron en los trabajos de Finnie & Shaw [29] para
proponer un modelo, Ecuacion (1-2), que relaciona de forma continua la tension de

friccion con la tension normal en los casos de bajas y altas presiones en la interfase:
r=k fi—e el (12)

donde k es la tension limite de cizalladura del material en la zona primaria de

deformacion.

Childs et al. [37] modificaron la ecuacion (1-2) para mejorar la transicion de
bajas a altas presiones. En la relacion (1-3), los autores introdujeron dos factores
correctivos: el primero es un factor de friccion dependiendo de la temperatura, m(T),
que impide en caso de contacto pegado, que la tension de friccion sobrepase la tension
limite de cizalladura del material. El segundo parametro empirico, n, controla la

transicion del contacto deslizante al contacto pegado.

T m(T)k|:1_e((u6)/(m(T)k))n Y (1-3)

El autor nota que, como el producto m.k esta limitado por 7, [38], la ecuacion

(1-3) es consistente con la relacion (1-1).

Por otra parte, es importante destacar el trabajo publicado por Albrecht [39] en
1960. La idea de Albrecht consistia en tener en cuenta el aspecto redondo de la punta de
la herramienta, y de descomponer la superficie de contacto en una zona recta, la de
desprendimiento, y otra redonda, la de la punta de la herramienta. Esta distincion entre
las dos zonas permitiria, en principio, deducir el valor del coeficiente de friccion en la
interfase, a partir de un estudio paramétrico donde se varia el valor del avance. El
coeficiente de friccion venia dado por la curva que relacionaba las fuerzas de corte al
avance; concretamente por la pendiente de la zona lineal de la curva obtenida a partir
de un valor de avance critico. Para pequenos avances, se suele observar
experimentalmente un comportamiento no lineal. La identificacion de la friccion por la

metodologia de Albrecht supone tres hipotesis importantes:
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. La fuerza total que acttia sobre la zona recta del contacto (redondeo de

punta excluido) es proporcional al avance.

J La fuerza que acttia sobre la parte redonda es independiente del avance,

salvo para los pequenos valores del avance.

. La friccion en la zona recta del contacto es constante con respecto al

avance.

En la discusion del trabajo [39], M.C. Shaw apuntaba el hecho de que un trabajo
similar habia sido publicado siete afos antes por M. Masuko[40]; ademas, las hipotesis
en las que se basa esta metodologia eran dificilmente previsibles. Particularmente,
Shaw nego que la fuerza que acttia en la zona recta de la herramienta fuese

proporcional al avance.

3.6. Modelizacion numeérica del proceso de mecanizado

Los primeros modelos numéricos se remontan a los trabajos de Zienkiewicz [41]
y Kakino [42] ambos publicados en 1971. Pero, son Shirakashi & Usui [43] quienes han
desarrollado los primeros modelos numéricos termomecanicos con un comportamiento
termo-visco-plastico para el material de la pieza. Utilizaron un programa iterativo para
la formacion de la viruta y implementaron una condicion de friccion entre la viruta y la

herramienta.

Gracias al desarrollo de la capacidad de calculo a partir de 1980, se han podido
construir los primeros modelos a base del Método de los Elementos Finitos, llevando a
cabo unos analisis globales del corte ortogonal. Strenkowski & Carrol [44] fueron asi
los pioneros de la modelizacion numérica del régimen estacionario de corte realizando
una simulacion de la formacion de una viruta discontinua basada en un criterio de
deformacion plastica. Mas tarde, con el fin de solucionar los problemas numéricos
relacionados con las condiciones extremas propias a la formacion de la viruta, Marusich
& Ortiz [45] introdujeron en las simulaciones unas nuevas técnicas numéricas de
adaptividad del mallado. Se trata de unos programas que gestionan la operacion de
remallado del modelo para optimizar la geometria de la malla, particularmente, cerca

del filo de corte, con el fin de mejorar el fenomeno de separacion del material.
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Al principio, la modelizacion del proceso de corte ortogonal se basaban en la
formulacion lagrangiana, donde la deformacion de la malla esta directa y tnicamente
relacionada con la deformacion del material solicitado. Pero cada vez hay mas estudios
publicados en el tema utilizando, para definir la malla del modelo, una formulacion
hibrida llamada A.L.E. (Arbitrary Lagrangian Eulerian) [46,47]. Una ventaja de esta
formulacion es que permite eliminar los problemas numéricos relacionados con la
distorsion excesiva de los elementos en la interfase, obtenidos a causa de las muy altas
deformaciones alcanzadas durante el calculo, sin recurrir a un costoso programa
iterativo de remallado automatico. Pero sin duda la principal ventaja de la formulacion
ALE es que la separacion del material al nivel del filo de corte se define
geométricamente al construir el modelo, y eso sin tener que definir ningtin criterio de
separacion de material (siempre elegido de forma arbitraria) [48]. Esto tiene la
consecuencia de poder considerar unos niveles de friccion realistas entre la viruta y la
herramienta, siendo una condicion absolutamente necesaria para obtener, y
comprender, los mecanismos que controlan el proceso de corte. De hecho, se sabe desde
hace mucho tiempo que estos mecanismos estan fuertemente relacionados con las

condiciones de friccion en la interfase [49].

3.7 Modelizacion numérica de la friccion en las simulaciones de corte ortogonal

En los estudios publicados sobre la simulacion numérica del corte ortogonal, se
distinguen varios conceptos del modelado del contacto tangencial entre la viruta y la

herramienta.

Como primer acercamiento al mecanizado, hemos de citar los trabajos por
ejemplo de Miguélez et al [48] o de Biker [50] donde se considero una friccion nula en
la interfase. Esta hipotesis se hizo para simplificar el analisis de los resultados
obtenidos relacionados particularmente con la zona primaria de deformacion (por
ejemplo la variacion del angulo ¢). Los autores argumentaban que el dominio de
validez de sus estudios cubre unicamente las altas velocidades de corte. Para
justificarlo, Baker [51] se apoyo en las observaciones experimentales de Hoffmeister y
de Gente, que ensenan que a grandes velocidades de corte, el coeficiente de friccion

aparente baja de forma significativa.
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De manera general, en las simulaciones numéricas, la friccion suele ser
considerada por un coeficiente, a menudo constante, a través de la relacion de Coulomb

[52], que corresponde a la ecuacion (1-1-b).
T=W.C (1-1-b)

Inspiraros por el modelo de Zorev, numerosos trabajos han considerado lo que
se llamo “modelo de Coulomb modificado”, donde se considera limitar la tension de

friccion a un valor determinado 7, Ecuacion (1-4). En la mayoria de los trabajos, como

crit»
en ¢l de Liu & Guo [53], esta limitacion es la tension limite de cizalladura inicial del

material 7z, . Pero, también se implement6 como valor limite para 7, la tension de

crit

rotura en cizallamiento del material [54].
T=min (“'G;Tcrit ) (1/4)

Varios autores se interesaron en la forma del coeficiente de friccion que se ha de
implementar en las simulaciones numéricas. Por ejemplo, Childs propuso en [55] que el
coeficiente de friccion fuera dependiente de la velocidad de deformacion plastica y
Karpat & Ozel [56] implementaron una ley de friccion que depende de la tension
normal. También, Childs estudia en [57] la eleccion de un valor limite de la tension de

friccion y su influencia sobre los resultados numéricos.

Otra manera frecuentemente encontrada para la implementacion de la friccion
en las simulaciones numéricas considera, mas que una relacion entre la tension normal y
la tension de friccion, una tension de cizalladura, determinada como si fuera una
condicion de contorno en toda la interfase o solo en la parte pegada del contacto. Este
concepto de friccion esta pre-implementado en varios codigos de elementos finitos
como por ejemplo ADVANTEDGE y DEFORM. En este tipo de trabajos se suele definir
previamente la longitud de contacto igual a 1x 0 2x el avance; aunque dos tendencias se
distinguen: la primera, utilizada por ejemplo en [58, 59], se basa en el modelo de corte
ortogonal de Oxley descrito en [10], donde se considera que la totalidad del contacto es

de tipo pegado (“tension constante model”) segtn la siguiente relacion:

T=m.k (1'5)
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donde m es el factor de friccion, un coeficiente empirico (valor tipico m=0.8)y k esla

tension de cizalladura en la zona primaria, generalmente dada por la formula:

ke (F, cosq)—l?sinq)).sinq) 16)

donde F. y F; son respectivamente las fuerzas de contre y de avance. ¢ el angulo

cizallado y t; el avance.

La segunda tendencia, expuesta en la ecuacion (1-7), se inspira del modelo de

Zorev [18] para dividir la zona de contacto (0< X<l ) en dos partes distintas, la
primera parte que contiene el filo (0 < x <1 ) de corte es de tipo pegado y la segunda
(I, <x<1;) de tipo deslizante. En esta tendencia, la proporcion de zona pegada suele

ser implementada a partir de ensayos experimentales [42, 60].

t=m.k, para (0<x<1)) (1-7-a)

T=u0, para (I, <x<1,) (1-7-b)

Varios estudios sobre la comparacion de los modelos de friccion han sido
publicados estos tltimos afos [61-64]. En la mayoria de los casos, se trata de confrontar
los diferentes modelos de friccion implementados por defecto en los codigos de calculo
por elementos finitos. La validacion de los resultados numéricos siempre pasa por la
confrontacion con los datos experimentales correspondientes en término de fuerzas de
corte y espesor de viruta, y alguna vez en términos de temperatura maxima. Todos estos
trabajos insisten en el hecho de que la eleccion del modelo de friccion entre la viruta y la

herramienta tiene gran influencia en los resultados numéricos.

En 1995 Shi et al. [60] publicaron un trabajo donde presentaron un modelo
termomecanico de corte ortogonal bajo la formulacion lagrangiana, con una
herramienta de punta perfecta e implementaron un criterio de separacion de material
para conseguir la formacion de la viruta. Los autores variaron el angulo de

desprendimiento (entre 15° y 30%) y el coeficiente de friccion implementado (entre Oy
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0.6) para una velocidad de corte de 2.54m/s y un avance de 0.254mm. El modelo de
friccion utilizado en este trabajo era dado por la ecuacion (1-4) con una interpretacion

poco comun de la variable 7 . Se implement6 como tension limite de cizallamiento, la

tension de rotura en cizallamiento del material. Las principales conclusiones de Shi et al
fueron que los resultados numéricos eran consistentes con las observaciones
experimentales pero, al mismo tiempo, notaron que estos resultados numéricos eran
muy dependientes del coeficiente de friccion implementado. Cabe destacar en este
trabajo que, en los calculos numéricos, los autores obtenian el régimen estacionario a los

pocos milisegundos.

Bil et al. [61] centraron sus observaciones, publicadas en 2004, en la
comparacion de los resultados numéricos dados por diferentes codigos de Elementos
Finitos: MSC MARC y DEFORM 2D (con formulacion implicita), y Thirdwave
AdvantEdge (con formulacion explicita). Los autores notan que los codigos MSC Marc
y Thirdwave AdvantEdge no utilizan ningtn criterio de separacion de material, ya que
la viruta se forma por un remallado continuo de las zonas deformadas plasticamente.
Pero, en el caso de DEFORM 2D, es imprescindible implementar un criterio de dano
para el cual los elementos mas deformados se ven eliminados en cada operacion de

remallado. Los modelos analizados por Bil et al. [61] estan resumidos en la tabla 1.1.

Tipo de codigo: DEFORM 2D | MSC MARC AdvantEdge
iﬁig;j&g; Implicito Explicito
Criterio de separacion: SI NO
Modelo de friccion: Tension constante (5) Coulomb
Parametros: m=02, m=04 ym=0.7 u=02, u=04y u=05
Remallado automatico: SI
Avance: 0.05mm y 0lmm
Ang. desprendimiento: 200y 25°
Velocidad de corte: 0.35m/s
Variables analizadas: Fc ) Ft B PUN |c y ¢

Tabla L1: Sintesis de los modelos numéricos comparados en [61].
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Comparando los resultados numéricos con los datos experimentales obtenidos
en las mismas condiciones, la tendencia general obtenida por los autores muestra que
cuando la fuerzas de corte se acercan a los niveles experimentales, tanto el espesor de
viruta como la longitud de contacto y el angulo de cizallamiento se alejan de ellos.
También, Bil et al. observan que la variacion entre las fuerzas de corte, obtenidas para
los diferentes codigos, puede alcanzar el 300% (el peor resultado ha sido obtenido con
AdvantEdge con un coeficiente de friccion constante de 0.5) con respecto a los
resultados experimentales. En cuanto a las fuerzas de avance, las predicciones
numéricas no son buenas. Los autores observaron que son negativas para las pequenas
fricciones cuando se utiliza el modelo de cizallado constante (Tension constante).
Fisicamente, esto significaria que durante el corte, la herramienta esta empujada dentro
de la pieza. En efecto, el alto valor positivo del angulo de desprendimiento hace que la
componente vertical de la fuerza normal a la superficie de desprendimiento sea superior
a la componente vertical de la fuerza de friccion. Estas observaciones dejan de ser
ciertas para grandes valores de friccion. Cabe destacar que tampoco se obtiene este
fenomeno cuando se utilizo el modelo de friccion de Coulomb (Caso de AdvantEdge).
Por otra parte, Bil et al. sugieren sin demostrarlo que la tension de friccion no esta
limitada por la tension limite en cizallamiento del material en el caso del modelo de

Coulomb.

Aunque la conclusion de los autores era que la dispersion y la mala prediccion
de los resultados numéricos es principalmente debida a la modelizacion de la
separacion del material durante el corte, para profundizar en el analisis de este trabajo,
haria falta un dato que Bil et al. no presentan en su articulo, y que es el radio de la punta

de herramienta utilizado en cada caso.

Childs [44] publico en 2006 un articulo sobre la validez de la implementacion
del modelo de friccion de Coulomb entre la herramienta y la viruta. El autor realizo en
AdvantEdge un modelo termomecanico de corte ortogonal de un acero de baja
contenido en carbono con un avance de 0.Imm y una velocidad de corte que varia entre
V=50m/min y V-250m/min. Childs implement6 dos valores de coeficiente de friccion
(#=04 y pu=1) en el modelo dado por la relacion (1-4). En su estudio, Childs

propone limitar la tension de friccion, no al limite en cizallamiento del material, sino a

una fraccion m de ella:
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rzmin(u.c; m*.k) (1-4-a).

Childs [55, 64] constata que sus resultados numéricos no corresponden con los
resultados experimentales obtenidos en las mismas condiciones y para el mismo
material. Sobre todo, el autor muestra que la friccion aparente dada por sus
simulaciones numéricas era diferente de la friccion implementada. Analizando un
ejemplo con #=0.4 en [55] y £ =0.5 en [57], Childs supone que esta variacion se
debe principalmente a la existencia de un radio de punta significativo del filo de corte y
analiza su influencia en [57]. Concretamente, el autor varia el radio de la punta de la

herramienta entre r=5gm y r =20um para diferentes angulos de desprendimiento

a . Childs demuestra para & =0 que la friccion obtenida después del calculo tiende
hacia el valor del coeficiente de friccion de Coulomb implementado inicialmente cuando
se extrapolan los resultados para el radio de la punta de la herramienta a r =0. Este
resultado es para Childs [57] una prueba de la consistencia de este modelo con el hecho
de que, en mecanizado, una parte importante del contacto es de tipo plastico y entonces
no debe presentar el comportamiento descrito por el modelo de Coulomb que so6lo

valdria en el un tipo de contacto deslizante.

Variables Input: Variables Output:
(implementados en los (variacion con respecto a los datos
modelos de friccion) experimentales de Childs [65])
Modelo Factor de Coef. de E E | p T
implementado friccion m | friccion p c t c
Constant shear (1-5) | m=0.818 . +55 | +30 | -37 +11 +3
Mixto (1-7) m=0.818 n=1 +03 | +52 | <37 | +13 | -24
Tension constante
Variable (1-3) m=1 : +52 | +22 | -43 | +]12 +2
Coulomb con _ (G) 456 | +39 | -2 5 .5
coeficiente variable H=H
Mixto con _ _
parametros variables m=m(c) n=u(o) AN IR - 7

Tabla 1.2: Sintesis de los modelos numéricos comparados en [62].
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En su publicacion del 2006 [62], Ozel utiliza el codigo DEFORM 2D para

construir un modelo numérico de corte ortogonal de un acero de bajo contenido en
carbono, donde el angulo de desprendimiento era & =0, el avance era t; =0.1 mm, el
radio de punta de la herramienta era r=0.02mm vy la velocidad de corte valia

V =250 m/ min.

El autor compara resultados experimentales, obtenidos para el mismo material
en las mismas condiciones por Childs en [65], con sus resultados numéricos donde se
cambio el modelo de friccion en la interfase. Los parametros de la friccion
implementados por el autor son empiricos y han sido encontrados a partir de la
distribucion de las tensiones en la interfase, y utilizando la relacion (1-6). Globalmente,
Los resultados numéricos que ha obtenido Ozel [62] siempre sobrestiman fuertemente
las fuerzas de corte y de avance, mientras que las longitudes de contacto se ven
significadamente subestimadas. Sin embargo, el autor observa que los resultados
numéricos obtenidos con los modelos donde se implementaron valores empiricos, se
aproximan mejor a los resultados experimentales. La conclusion de este trabajo era que
los resultados numéricos estan fuertemente relacionados con el modelo de friccion
implementado. Como corolario a esta afirmacion, Ozel afirma la necesidad de analizar
con mas profundidad la influencia de los modelos de friccion en la modelizacion

numérica del corte ortogonal.

Filice et al. [63] han publicado en 2007 un trabajo parecido al de Ozel. Los
autores compararon los resultados experimentales para un acero AISI 1045 con los
resultados numéricos desarrollados en DEFORM 2D con varios modelos de friccion. En
este estudio el angulo de desprendimiento & =0 y el avance t; = 0.1 mm. El radio de
punta de la herramienta no ha sido especificado y la velocidad de corte era
V =100 m/ min. La contribucion de los autores se centraba en un extenso estudio
paramétrico de los valores de las constantes de friccion (0.3<m<09 y 0.1< £ <0.8).
Comparando con los resultados numéricos de Ozel, las fuerzas de corte obtenidas por
Filice et al. [63] se aproximaban mucho mejor a las fuerzas experimentalmente (una
variacion maxima de 9%). Pero, mientras que las fuerzas de avance obtenidas por Ozel
sobrestimaban fuertemente las observaciones experimentales, las de Filice et al. eran

mucho mas bajas que los valores experimentales (entre 15% y 45% de diferencia). La
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conclusion de este trabajo era que los resultados numéricos eran poco sensibles a la
variacion de los parametros de los modelos de friccion, lo que contrasta drasticamente
con el estudio llevado a cabo por Ozel. En las conclusiones del articulo, los autores
insisten en el hecho de que este resultado es probablemente s6lo valido para el material

modelado (AISI 1045).

Arrazola et al. [66] publicaron en 2008 un trabajo que destaca la importante
influencia de la punta de la herramienta en la definicion de la friccion en la interfase. En
este estudio numérico Arrazola et al. [66] aplican el método propuesto por Albrecht
[39] descomponiendo la zona de contacto entre la herramienta y la pieza en dos zonas
distintas. Los autores fijan la longitud de la zona que contiene la punta de la
herramienta a partir de unos resultados experimentales previos. Los autores ensayan
dos modelos de friccion: El primero esta definido como “discontinuo” y supone que en la
parte recta del contacto, el modelo de friccion es de tipo Coulomb con un valor
constante, y que en la zona cercana al filo de corte, el coeficiente de friccion depende de
la longitud de contacto entre la herramienta y la viruta. El segundo modelo de friccion,
llamado por los autores “modelo continuo”, define a lo largo de toda la interfase un
modelo de friccion que depende de la longitud de contacto. Una de las desventajas
principales de este modelo se encuentra en la medicion de la zona de contacto ya que el
autor reconoce que ésta puede suponer una dispersion en las medidas experimentales
obtenidas que puede llegar hasta el 50% del valor medio, lo que afectaria de manera

importante a las constantes a implementar en el modelo numérico.

4. Objetivo de la tesis

Los fenomenos de contacto entre la herramienta y la viruta han sido
previamente estudiados desde el punto de vista experimental. Por otra parte, las teorias
analiticas utilizadas para reproducir los efectos de la friccion presentan grandes
simplificaciones con respecto a la realidad del contacto. Asimismo, se puede afirmar que
tanto en los trabajos analiticos como en los estudios numéricos, solo se encuentran dos
tipos de formulaciones para modelar el contacto tangencial en la interfase: modelo de
Coulomb, con un coeficiente constante en la mayoria de los casos, — para los contactos
deslizantes -, y modelo de “Tension constante” — para los contactos pegados —, o una

combinacion de los dos.
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En trabajos numéricos publicados recientemente [44, 55, 61-64], se ha puesto de
manifiesto la influencia del modelo de friccion en los resultados. Se observo una
importante dispersion de los resultados numéricos con los valores del coeficiente de
friccion implementado. Incluso en [44], la validez del modelo de Coulomb fue
cuestionada para el modelado del proceso de arranque de viruta. Ninguno de estos
trabajos ofrece un analisis sistematico y completo centrado en la interfase, y que
explique los efectos del modelo de contacto en los resultados numéricos. Por otra parte,
no se han centrados en estos trabajos en desacoplar los efectos, sobre las fuerzas de
corte, del modelo de contacto de las demas variables del problema, como la velocidad de

corte, el avance o el coeficiente de Quinney-Taylor etc.

En primer lugar, hay que recordar que el modelo de Coulomb implementado en
los codigos numéricos no consiste Gnicamente en relacionar linealmente las tensiones

normales y tangenciales mediante un coeficiente p, constante o variable, en las zonas

de contacto deslizante. Este modelo también implica que el contacto se vuelve de tipo

no deslizante cuando la tension de friccién t supera el producto (p. o). Es decir, con

esta configuracion, se puede obtener un contacto pegado de otra manera que con la

implementacion del modelo basado en la teoria de tension constante.

En segundo lugar, considerar e implementar una tension de cizalladura
constante para modelar la zona pegada, es una hipotesis poco cercana de los datos
experimentales expuestos previamente en [19, 21, 22]. En la zona de contacto pegado, la
tension de friccion iguala la tension limite elastica en cizalladura del material por lo
que, varia con el tipo de material de la pieza mecanizada, pero también con las variables

locales (deformacion, velocidad de deformacion y temperatura...) en la interfase.

En este trabajo de tesis doctoral, se propone desarrollar un modelo numérico de
corte ortogonal. Con este modelo numérico, se llevara a cabo un estudio paramétrico
exhaustivo, donde se cuantificaran y se analizaran, en un amplio intervalo de
velocidades de corte, los efectos del modelo de Coulomb sobre el tipo de contacto

obtenido en la interfase.

Concretamente, en una primera etapa, se estudiara como afecta el aumento de

los niveles de los coeficientes de friccion constantes a las variables locales a lo largo de
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la interfase en ambos aspectos mecanico y térmico. También se analizara el
comportamiento de los resultados numéricos con respecto al aumento de la velocidad

de corte, a coeficiente de friccion constante.

Luego, estos efectos termomecanicos se relacionaran tanto con el tipo de
contacto obtenido (adherente o deslizante), como con la cinematica de la formacion de

la viruta que le corresponde.

Por ultimo, se analizaran y se confrontaran los resultados numéricos obtenidos,
con los diferentes coeficientes de friccion constantes, con resultados experimentales. Se
analizaran tanto los puntos fuertes como los puntos débiles de la modelizacion del
contacto con un coeficiente de friccion constante. Y, finalmente, se implementaran dos
coeficientes de friccion variables, dependiendo de la velocidad relativa de deslizamiento
del material en la interfase, para mejorar las predicciones numéricas del modelo de corte

ortogonal.
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y validacion del modelo.
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1. Introduccién

Seria una equivocacion pensar que el tnico objetivo de las simulaciones
numéricas en la tematica del mecanizado, es la prediccion de los resultados
experimentales. Todavia no existe un modelo predictivo versatil y preciso. Las
herramientas numéricas tienen que ser entendidas como una extension natural de las
teorias analiticas, donde la complejidad de los acoplamientos termomecanicos hace
dificil la concepcion de un modelo de corte generalizado. La modelizacion numérica
representa una excelente alternativa para profundizar y completar los trabajos
analiticos y experimentales. En efecto, al contrario del enfoque experimental, las
simulaciones numéricas permiten estudiar un tnico aspecto del proceso de corte
variando un tnico parametro numérico, para aislar y después identificar, la influencia
de este parametro sobre los resultados. Como consecuencia, la interpretacion de los

resultados experimentales puede ser mejorada y la modelizacion analitica completada.

2. Consideraciones generales

Este trabajo de tesis doctoral se centra en los aspectos termomecanicos de la
formacion de la viruta. Para simplificar la problematica, nos hemos centrado en la
configuracion mas sencilla del mecanizado: el corte ortogonal donde el angulo de corte
A =0 en la figura 2.1. En este caso particular, la velocidad de corte es perpendicular al
filo de corte. Ademas, considerando que el ancho de corte es muy superior al avance, es

razonable considerar el problema bajo la hipotesis de deformacion plana.

Figura 2.1: Esquema del modelo de corte general (corte oblicuo).
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El Método de los Elementos Finitos (MEF) consiste en la discretizacion de un
problema continuo inicial. Cuanto mas fina es la discretizacion aplicada, mejor
aproximacion del problema continuo se obtiene. En el caso de la modelizacion del
proceso de corte ortogonal la geometria y la velocidad de corte son datos conocidos, y es

preciso definir los siguientes aspectos:

. Material de la pieza y material de la herramienta.

. Interaccion entre la pieza y la herramienta.

. Condiciones de contorno para la pieza y para la herramienta.
. Método de integracion (Implicito o explicito).

. Formulacion del problema (Lagrangiano, euleriano o ALE).

. Mallado (talla, formay tipo).

Es un hecho conocido que los resultados numéricos pueden ser dependientes de
los parametros numéricos implementados. Lo ideal seria controlar la influencia en los
resultados de todos y cada uno de los parametros numéricos. Sin embargo, la influencia
cruzada entre los parametros durante una simulacion hace muy dificil desacoplar las

distintas contribuciones.

El analisis paramétrico puede paliar este problema. Se trata de validar un
modelo numérico definido con una configuracion numérica dada, y mantener esta
misma configuracion en un estudio paramétrico donde sélo se cambia un parametro
tecnologico (por ejemplo: velocidad de corte, avance, angulo de desprendimiento...). La
variacion de los resultados solo se deberia, en este caso, a la variacion del parametro

estudiado.

El trabajo presentado en este capitulo se centra en explicar los modelos y
formulaciones numéricas implementados para obtener el modelo numérico de corte
ortogonal utilizado en esta tesis. El objetivo del desarrollo de este modelo es aprovechar
las numerosas ventajas del Método de los Elementos Finitos para profundizar en el
analisis de los fenomenos que estan en el origen de la formacion de la viruta, y
particularmente en los fenomenos termomecanicos que acttan en la interfase
viruta/herramienta. A continuacion se detalla el modelo numérico de corte ortogonal

implementado en el codigo de Elementos Finitos Abacqus®.
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3. El modelo numérico de corte ortogonal
3.1.  Meétodo de integracion

En Abaqus [67], existen dos posibilidades para resolver un problema numérico:
con esquema de integracion implicito o con esquema de integracion explicito. El
método implicito se basa en el algoritmo iterativo de Newton-Raphson donde se busca

la convergencia de la solucion del problema.

En este trabajo se utilizo el método explicito que se basa en un enfoque
dinamico donde las variables del problema en cada incremento estan relacionadas de
forma explicita (directa) con las soluciones del incremento anterior. De esta forma,
definiendo las condiciones iniciales adecuadas, se inhiben los problemas de
convergencia de los calculos numéricos, en particular a altas velocidades de corte, o

cuando se implementa una friccion significativa en la interfase.

3.2.  Formulacion del problema

Existen tres tipos de formulaciones para modelar numéricamente un problema

mecanico mediante el Método de los Elementos Finitos: Lagrangiana, Euleriana y ALE.

Formulacion lagrangiana

La malla se mueve solidariamente con el material. En el proceso de mecanizado,
las grandes deformaciones, el fenomeno de localizacion de la deformacion del material,
los altos valores de la friccion en la interfase y sobre todo la separacion del material
cuando se forma la viruta hacen que esta formulacion sea dificil de manejar incluso

contando con los cada ves mas eficientes algoritmos de remallado automatico.

Ventajas:

J No se necesita definir una geometria de viruta previa.

J Facilita la localizacion de la deformacion: Capacidad de obtencion de la
segmentacion de la viruta.

J Posibilidad de definir una etapa de enfriamiento de la pieza después de la

operacion de arranque de viruta: Posibilidad de obtencion de las tensiones
residuales inducidas por el mecanizado.
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Desventajas:

. Distorsion excesiva de los elementos causada por las elevadas deformaciones
alcanzadas en las zonas primaria y secundaria de cizallamiento cuando parte de
la viruta se pega a la herramienta.

. Necesidad de considerar un criterio de separacion de material con un valor
arbitrario para conseguir la formacion de la viruta, aunque no es necesario en el
caso de usar un remallado automatico.

. Grandes dificultades para obtener un contacto realista de forma clara,
particularmente el contacto por adhesion.

Formulacion euleriana

En esta configuracion, el mallado esta fijo en el espacio independientemente de
las deformaciones que puede sufrir el material. La formulacion euleriana se utiliza para

resolver los tipos de problemas mecanicos que tratan con fluidos.

Formulacion A.L.E. (Arbitrary Lagrangian Fulerian)

Es la mas reciente de las tres formulaciones y es la que ha sido elegida para llevar
a cabo el estudio presentado en esta tesis. Se trata de una configuracion mixta que fue
originalmente desarrollada para resolver problemas con interaccion fluido/solido [47] y
se ha aplicado con éxito en la modelizacion del mecanizado. Esta formulacion consiste
en definir una parte de los condiciones de contorno del problema de tipo lagrangiano, y
la otra parte de tipo euleriano. Mediante un algoritmo de optimizacion de la topologia
de malla (que no es una operacion de remallado automatico), la deformacion excesiva

de los elementos se ve reducida por medio de un reposicionamiento de los nodos

Ventajas:

J Elimina las distorsiones excesivas de los elementos en las zonas primaria y
secundaria de cizallamiento

J No hay necesidad de considerar un criterio de separacion de material.

J La zona de contacto queda muy bien definida. Se puede observar claramente la
existencia de los contactos deslizante y pegado.

. Se pueden realizar grandes tiempos de calculo con un numero reducido de
elementos, ya que no es necesario definir toda la longitud del material por
mecanizar.
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Desventajas:

J Es necesario definir una geometria de viruta previa.

J Imposibilidad de obtener la localizacion de la deformacion: la segmentacion de
la viruta puede ser dificilmente modelada.

3.3.  Geometria y Condiciones de contorno
3.3.1. Geometria

Se ha desarrollado en Abaqus/Explicit el modelo de corte ortogonal en 2D con la

geometria ilustrada en la figura 2.2.

a=0 \
HERRAMIENTA
VIRUTA
INICIAL
r=15um
=0.1mm \L/ .“‘:j_.yzglo
PIEZA

Figura 2.2: Esquema del corte ortogonal modelado en las simulaciones.

La hipotesis de considerar el proceso en 2D se justifica cuando el valor de la
relacion del ancho de corte por el avance es muy superior a 1 (tipicamente a partir de
20). En Abaqus/Explicit, crear un modelo 2D simplemente es imponer que la
deformacion siempre ocurra en el plano x —y. Con la formulacion ALE, solo es necesario

definir los cuatro parametros presentados en la tabla 2.1 e ilustrados en la figura 2.2.

Avance | Radio de punta | Ang. desprendimiento Ang. Incidencia
t; (mm) r (mm) a (grad) 7 (grad)
0.1 0.015 0 4

Tabla 2.1: Datos de la geometria del modelo de corte ortogonal.
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El tamano de la viruta inicial depende de la simulacion, ya que se ajusta
mediante operaciones de ensayo-error al tamano de la viruta final. Esta operacion es
imprescindible sobre todo a la hora de definir el alto de la viruta. Lo ideal seria de tener
una viruta inicial que mida (de forma aproximada) 1.5 veces la longitud de contacto

entre la viruta y la herramienta en el régimen estacionario.

En cuanto a la herramienta, al principio, su tamano no es un dato relevante para
resolver la parte mecanica del problema. Sin embargo, se utilizo una herramienta de
grandes dimensiones comparada con la geometria de la pieza y de la viruta, debido a

consideraciones térmicas.

3.3.2. Las condiciones de contorno

Como se ha explicado, el modelo ha sido desarrollado bajo la formulacion ALE,
figura 2.3. En concreto, se han definido para la pieza varias superficies de tipo euleriano,
donde se supone que un flujo de material atraviesa la superficie perpendicularmente
con una velocidad predefinida o no. Las otras superficies son de tipo lagrangiano
deslizante donde el material de la pieza fluye tangentemente a estas superficies e
incluso puede deformarlas en el caso de presionarlas perpendicularmente (exactamente
como si fuera un fluido dentro de una tuberia). La herramienta ha sido modelada bajo la

configuracion lagrangiana clasica.

Sup. EULERIANA

2
8 =
g 5
E VIRUTA |99
S| INICIAL | B
: = o8,
Sup. lagrangiana 5
-«
Z " deslizante
s &
= 5
= o
= PIEZA S
=
B s
& =
Sup. lagrangiana deslizante

Figura 2.3: Definicion de las superficies lagrangianas y eulerianas en la formulacion ALE.
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Se han definido los dos grupos de condiciones de contorno presentadas a

continuacion:

Condiciones de contorno mecanicas

Las condiciones de contorno mecanicas estan ilustradas en la figura 2.4. La
herramienta esta empotrada por sus dos superficies exteriores. En cuanto a la pieza,
primero, se defini6 un valor V para la velocidad de flujo del material
perpendicularmente a las superficies eulerianas en la entrada y la salida de la pieza,
excepto para la superficie euleriana de salida de la viruta, donde el valor de flujo del
material a través de esta superficie es una de las incognitas que se quiere resolver con las
simulaciones. La velocidad de flujo de material definida corresponde fisicamente a la
velocidad de corte del proceso ensayado. En este trabajo, el intervalo estudiado de

velocidades de cortees 1m/s<V <50m/s.

En la base de la pieza no se permite el desplazamiento en la direccion 2. En la
superficie euleriana de la viruta, no se permite el desplazamiento vertical pero si

horizontal. El resto de las supertficies son libres.

VVVVVY

VATAVAY,

HERRAMIENTA

VIRUTA
1 INICTAL

AAAAAA

PIEZA V

AAAAAAAAAAAAAAAL

Figura 2.4: Ilustracion de las condiciones de contorno mecanicas del modelo de corte ortogonal.
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Condiciones de contorno térmicas

La interaccion térmica entre la herramienta y el conjunto viruta/pieza es parte
de la modelizacion del contacto. La conveccion del calor para los dos solidos no se ha
considerado en ninguna de las superficies definiendo el contorno de las piezas permite
el traspaso del calor fuera de los solidos. Esta hipotesis es realista para los tiempos de
calculo considerados (del orden de la centésima de segundo). En un proceso de corte,

hay dos fuentes principales de generacion del calor:

. Por deformacion plastica en las zonas primaria y secundaria de cizallamiento.

. Por friccion en la zona de contacto herramienta viruta/pieza.

La configuracion ALE para modelar el corte ortogonal describe un flujo continuo
y constante de material a través del mallado definido por la geometria del problema.
Esta importante conveccion de material hace que la interaccion térmica de la pieza con
el “exterior” sea despreciable una vez alcanzado el régimen estacionario. Pero el
problema es diferente para la herramienta. La herramienta se model6 bajo la
formulacion lagrangiana con lo que se calentaria indefinidamente si no se le implementa
una manera de difundir el calor. Resolver este problema supone el conocimiento previo
y exacto del flujo de calor que sale de la herramienta. Ademas, implementar un valor
demasiado alto para la conveccion del calor fuera de la herramienta corresponderia a
una refrigeracion excesiva de la herramienta afectando de forma clara a la distribucion
de la temperatura en el régimen estacionario en la interfase y acabaria interfiriendo en

los resultados numéricos de las simulaciones.
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<#=#-  [raspasode calor prohibido

<—=> Traspaso de calor permitido
:>' Traspaso de calor por

flujo de material. % I [
o L
2 <t | ol
o [ HERRAMIENTA
1 =
§ 4 o
LA

== PIEZA L
L TR T A R B B 3

Figura 2.5: Tlustracion de las condiciones de contorno térmicas del modelo de corte ortogonal.

Una buena alternativa al problema del calentamiento excesivo de la herramienta
es definir un tamano de la herramienta grande de modo que se alcance el régimen
estacionario antes de que llegue el flujo de calor a los bordes externos de la herramienta.
En este trabajo se ha modelado una herramienta de 4mm de lado (teniendo en cuenta
que el avance es 0.Imm). A partir de una serie de simulaciones previas, se observo que el
tiempo que tarda una simulacion al llegar al régimen seudoestacionario depende
principalmente de la velocidad de corte implementada pero, globalmente, este tiempo
es del orden del milisegundo. Es cierto que no se puede calcular con exactitud la
distancia que recorre el calor en un milisegundo porque el nivel de la temperatura en la
interfase se ve fuertemente afectado por la velocidad de corte aplicada, pero en el
intervalo de las velocidades estudiadas se ha comprobado que en ninguno de los casos el
flujo de calor lleg6 a los bordes externos de la herramienta con lo que se dio por valida la

definicion de las condiciones de contorno térmicas del modelo presentado.

Una vez definidas la geometria y las condiciones de contorno, con base a las
observaciones “reales” hechas durante los ensayos experimentales, es preciso definir la

discretizacion espacial de la geometria del modelo o el mallado.
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3.4. Mallado

La definicion del mallado de un problema complejo como el corte ortogonal es

una de las tareas mas complicadas de la modelizacion numérica.

. Primero, hay que encontrar un equilibrio entre el tamafo de los elementos mas
pequenos del mallado y el tiempo de calculo que implica utilizar ese
tamafio de malla porque, en una modelizacion con integracion
explicita, el incremento de tiempo de integracion es proporcional al
tamano caracteristico del elemento mas pequeno de la malla.

. Segundo, hay que conseguir uniformizar y afinar el mallado en las zonas de
maximo gradientes, en nuestro caso las zonas primarias y
secundarias de cizallamiento.

. Tercero, como regla general, a efectos de eficiencia de calculo, se minimiza el

namero de elementos.

En este trabajo, el tamano caracteristico de los mas pequenos elementos
utilizados para la discretizacion de las zonas primarias y secundarias de cizallamiento,
ha sido obtenida de tal manera que la zona primaria de deformacion pueda contener
unos diez elementos en su espesor, con el objetivo de tener una buena resolucion, en el
estudio, de esta zona caracterizada por fuertes gradientes, en concreto en las

velocidades de deformacion.

Se observo en algunas simulaciones previas que el espesor de la zona primaria de
deformacion no varia, en un gran intervalo de velocidades de corte, midiendo alrededor
de 50 micras. De esta forma pues, se definio el primer modelo de corte ortogonal con un

tamano medio de elemento de 4 micras de lado.

Los resultados numéricos en términos de fuerzas de corte estan algo alejados de
los obtenidos experimentalmente por Moufki et al. [68]. Sin embargo, las tendencias
numéricas reproducen fielmente el comportamiento observado durante los ensayos
experimentales para considerar la validez del uso de tal tamano de malla. Asimismo, hay
que tener en cuenta que tanto la ecuacion constitutiva como la modelizacion del
contacto podria ser el origen de errores en la reproduccion exacta del proceso de

formacion de viruta.
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Tipo de elementos de la malla: CPE4RT:

C:  Cuadrilateros.

PE.  Deformacion plana.

4. 4 nodos formando un elemento.
R:  Integracion reducida.

T:  Temperatura.

Tamario medio de los elementos en las zonas

de interés: 4um

Figura 2.6: Tlustracion de la malla aplicada al modelo de corte ortogonal.
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Por otra parte, también se observo en el capitulo V que los resultados numéricos
en termino de fuerzas de corte alcanzaban un valor asintotico para grandes velocidades
de corte. Un analisis extendido de estas simulaciones puso de manifiesto que, al
contrario de la zona primaria, la zona secundaria de cizallamiento presentaba un
espesor que se reducia fuertemente al aumentar la velocidad de corte. Este espesor
disminuia tanto que, al final, resultaba que la zona secundaria venia definida apenas por
dos capas de elementos, y a muy grandes velocidades de corte (30m/s y 50m/s) se
observaba la localizacion de las deformaciones en una tnica capa de elementos en la
interfase. Este problema fue resuelto, para nuestro intervalo de velocidades de corte,
definiendo una nueva discretizacion espacial presentado en la figura 2.6 con un tamaro
de malla de 2 micras. Pasar de un tamano de elemento de 4 micras de lado a 2 micras de
lado supuso un aumento del tiempo de calculo de las simulaciones por un factor que
variaba entre 10 y 20 veces los tiempos anteriores dependiendo de la velocidad de corte

aplicada.

3.5.  Materiales de la pieza y de la herramienta

La herramienta ha sido modelada como un solido elastico se elevada rigidez. Sus

propiedades mecanicas y térmicas, tipicas de un carburo, se resumen en la tabla 2.2:

Propiedades mecanicas Propiedades térmicas

Mod. de Young | Coef. de Poisson Densidad Calor especifico | Conductividad
E (MPa) v () P (Kg/m’) ¢, (m%/s%/°K) k (W/m/°K)
l1e'™ 03 12700 234 335

Tabla 2.2: Constantes del material de la herramienta en el modelo de corte ortogonal.

La pieza a mecanizar esta formada por un acero AFNOR 42CD4, de propiedades

similares al AISI 4140, con bajo contenido en carbono y con las siguientes propiedades

termomecanicos:
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Propiedades mecanicas Propiedades térmicas
Mod. de Young Coef. de Poisson Densidad Calor especifico Conductividad
E (MPa) v () P (Kg/m’) ¢, (m*/s%/°K) k (W/m/°K)
2.02¢® 0.29 7800 500 54

Tabla 2.3: Constantes del material de la pieza a mecanizar en el modelo de corte ortogonal.

El comportamiento de este material ha sido caracterizado por Molinari et al.

[69] mediante la ecuacion constitutiva de Johnson-Cook (2-1).

€

ole,:é,:T)=[A+Ble, )] [1+c. In (g—pﬂ | 1_£TTf _—TrOOJm (2-1)

Donde o es la tension, g, esla deformacion plastica, £,es la velocidad de
deformacion plastica y T la variable de la temperatura. T,= 293K es la temperatura
ambiente y T,= 1793K es la temperatura de fusion del material. Los parametros

Johnson-Cook del 42CD4 se presentan en la tabla 2.4.

A (MPa) B (MPa) C n £y (s m

612 436 0.008 0.15 577¢% 1.46

Tabla 2.4: Constantes del acero 42CD4 identificados para la ley constitutiva de Johnson-Cook,

segtin [69].

En la literatura, se encuentran varios conjuntos de parametros para modelar el
comportamiento del 42CD4 con la ley constitutiva de Johnson-Cook. En la tabla 2.5 se
encuentran algunos parametros publicados en los trabajos numéricos. Las diferencias
suelen estar relacionadas con el tratamiento quimico o térmico que se utilizo durante la
fabricacion del acero. El tipo del material modelado en este estudio numérico ha sido
utilizado en varios trabajos experimentales [68, 70] asi que se dispone de datos

experimentales con los que comparar los resultados numéricos.
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Tipo: A (MPa) | B (MPa) C n & (s") m
42CD4 [69] 612 436 0.0080 | 0150 | 0.000577 | 146
42CD4 U [71,66] 598 768 0.0137 | 0209 |  0.001 0.807
42CD4 Ca [71] 560 762 00192 | 0255 | 0.001 0.660

Tabla 2.5: Constantes J-C de varios matices del acero 42CD4 publicados en la literatura.

Es probable que una de las criticas mas pertinentes que se pueden hacer al
conocer los detalles de la ley constitutiva utilizada. Aunque la ecuacion constitutiva de
Johnson-Cook ha sido ampliamente utilizada para modelar los procesos de corte, no
esta libre de problemas. Durante un proceso de mecanizado las deformaciones,
velocidades de deformacion y temperaturas alcanzadas son muy altas. Particularmente,

a elevadas velocidades de corte, las velocidades de deformacion maximas obtenidas en

las simulaciones numéricas son del orden del 10°s™ y las temperaturas pueden
alcanzar los 1700K. La relacion empirica expresada en la ecuacion constitutiva de
Johnson-Cook puede ser inadecuada para modelar el comportamiento de un material
cuya sensibilidad a la velocidad de deformacion, expresada por el parametro C en (1),
es grande.

High strain rate sensitivity

Application : Crash test, impact, perforation,
High speed cutting stc

1200 : ; _‘ ; ‘
i
Experimental results : Rusinek & Klepaczko : I
A 52010 (Gary & Mouro, 2002) £ =010 isothermal >
1000 [ O:e=010 (Rusinek & Klepaczko, 1998) g = 0.10 adiabatic \,’ 3 -
<> 5=0.10 [Rusinek & Klepaczko, 2004) i
— © : £=0.02 (Rusinek & Klepaczko, 1898) . NN
D(? 800 v 15=0.02 (Rusinek & Klepaczko, 2004) N
= A 5=0.02 (Larour & al., 2005)
b ® : Numerical simulations, our study
@ L e =002
o 800 - ; 0.01
@ Cowper-Symonds
4+ :
» 5
o G :
= 400 - ot Johnson-Cook
|_
200 |- Il e i &
EEEELTEL: Sah
Mild steel ES
0 1 1 I L I !
-8 -4 -2 0 2 4 6 8

Logarithm of strain rate, log(1/s)

Figura 2.7: Comparacion, para un acero dulce, de la ley de Johnson-Cook con resultados

experimentales en términos de sensibilidad a la velocidad de deformacion [72].
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Por ejemplo, en la figura 2.7 publicada en [72] uno puede observar como, a muy
altas velocidades de solicitacion, la ley constitutiva utilizada en de Johnson-Cook sigue
siendo lineal en cuanto al logaritmo de velocidad de deformacion cuando los ensayos

experimentales indican a un crecimiento exponencial de las tensiones.

En el caso del estudio numérico presentado en este informe, esta carencia de la
ley de Johnson-Cook en modelar la respuesta del material a muy altas velocidades de
deformacion ha sido minimizada por la utilizacion del material elegido (42CD4). En
efecto, la caracterizacion del 42CD4 por Molinari et al. [69] indica un parametro C
muy pequeno (C =0.008) lo que se relaciona con escasa sensibilidad a la velocidad de

deformacion.

3.6. Modelizacion del contacto entre pieza y herramienta

Uno de los objetivos principales de esta tesis doctoral consiste en el estudio de
del contacto en la interfase viruta/herramienta. En el modelo de corte ortogonal, es

preciso prestar gran atencion a la interaccion termomecanica en la interfase.

3.6.1. Interaccion mecanica

El modelo clasico de friccion de Coulomb (2-2) utilizado en este trabajo, define
la tension de friccion en la interfase como una funcion lineal de la tension normal con la

siguiente relacion:

w(x)=p. o(x), (22)
donde 7 esla tension de friccion y o la tension normal en la posicion x enla interfase.

El codigo Abaqus/Explicit [67], permite eligir diferentes opciones para describir
el tipo de las dos superficies en contacto y definir el comportamiento normal y

tangencial (o de friccion) del contacto.

Este trabajo, no se centr6 en estudiar los modelos numéricos de contacto sino
en utilizarlos para llevar a cabo un estudi¢ paramétrico donde se investiga la influencia
de la variacion de la friccion en los resultados numéricos. Pero, se considero importante

llevar a cabo un trabajo preliminar de estudio de consistencia del modelo de contacto
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por utilizar. Asi pues, se analizaron las diferentes opciones para modelar el contacto

proporcionadas por Abaqus/Explicit.

A continuacion, se presentan dos simulaciones de corte ortogonal utilizando el
modelo numérico desarrollado en esta tesis. El algoritmo de contacto tipo “Penalty” y el
algoritmo de contacto tipo “Kinematic” disponibles en Abaqus/Explicit han sido
implementados entre la pieza y la herramienta. Las otras especificaciones del modelo de

contacto utilizado estan presentadas en la tabla 2.6:

Tipo de contacto | Tipo de superficie Ley de contacto
Herramienta Contact Master Elementos La presion es una funcion
, exponencial de la
. Pair ) -
Pieza Slave Elementos inter-penetracion

Tabla 2.6: Propiedades de la interaccion mecanica implementada en el modelo numérico.

Es necesario eligir, para la superficie de la viruta, una superficie deformable de
tipo “elementos” ya que la documentacion de Abaqus [67] insiste en el hecho de que la
eleccion de una superficie de tipo nodos es inadecuada para la obtencion del fenomeno
de adhesion, un fenomeno fisico importantisimo para el estudio del proceso de

mecanizado.

La interaccion tangencial en la interfase fue modelada bajo el clasico modelo de
Coulomb (2-2) con un coeficiente de friccion constante g = 0.74. El valor de la friccion
ha sido obtenido para el mismo material y en las mismas condiciones de corte

experimentalmente por Moufki et al. [68].

Los resultados numéricos obtenidos en términos de fuerzas de corte y espesor
de viruta estan representados en la tabla 2.7. También se introdujeron en esa tabla los

datos experimentales publicados en [68].

Exp. “Kinematic” | Err. (%) | “Penalty” | Err. (%)

Fuerza de corte

F. (N/mm) 280 237 15 280.5 0.2
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Fuerza de avance
F, (N/mm) 206 97.5 53 163 21
Friccion aparente
F./F. () o 4 J I
Espesor de viruta 017 026 53 0.30 76
ty (mm)

Tabla 2.7: Comparacion entre los resultados experimentales y numéricos obtenidos con el

mismo modelo de corte ortogonal pero para dos diferentes algoritmos de contacto.

Se trata aqui de confrontar los resultados numéricos con los ensayos
experimentales pero sobre todo se quiere comparar los resultados numéricos entre si
para ilustrar la influencia de la eleccion del algoritmo de contacto en los resultados

numericos.

La figura 2.8 muestra que el algoritmo de contacto afecta significativamente a
los resultados numéricos ‘locales’ a lo largo de la interfase, no solo en el nivel de los
valores obtenidos sino también en la naturaleza misma de los resultados. En particular,
uno puede observar que la longitud de contacto aumenta un 50% pasando de la
formulacion “Kinematic” a la formulacion “Penalty”, figura 2.8-a. Ademas, la
distribucion de la velocidad de deslizamiento del material, figura 2.8-b, muestra que el
algoritmo “Kinematic” predice solamente un contacto deslizante a lo largo de toda la
interfase, excluyendo a la punta de la herramienta, pero que el tipo de contacto
obtenido por el algoritmo “Penalty” se divide en dos zonas iguales: la primera de tipo
adhesion y la segunda deslizante. Este resultado es de gran importancia para la

interpretacion de la distribucion de la friccion entre la herramienta y la viruta.
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Figura 2.8: a- Distribucion de tensiones, b- Velocidad de material y ratio de la friccion en la

interfase viruta/herramienta obtenidos por simulaciones con los dos algoritmos de contacto

proveidos en Abaqus/Explicit. Friccion implementada: w4 =0.74; Velocidad de corte: V =4 m/s.

Los resultados numéricos son fuertemente dependientes del tipo de algoritmo
de contacto utilizado incluso cuando se usa el mismo modelo de friccion. En nuestro
caso ilustrado en la tabla 2.7, al nivel microscopico la mejor aproximacion de las fuerzas
de corte se obtuvo con el algoritmo “Penalty”, sin embargo el algoritmo “Kinematic” se
acercaba mas para la prediccion del espesor de viruta. En esta etapa del analisis, seria
erroneo basarse en estas observaciones macroscopicas para argumentar acerca del
mejor algoritmo de contacto para el corte ortogonal y mucho menos para concluir sobre

la validacion del modelo de contacto a utilizar en las simulaciones numéricas.

En efecto, el modelo de friccion de Coulomb implementado (2-2) estipula que
un tipo de contacto deslizante entre dos solidos corresponde a un ratio de las fuerzas
(o tensiones) es igual al coeficiente de friccion implementado. En nuestro caso, se
puede ver en la figura 2.8-b que la formulacion “Penalty” es consistente con el modelo
de Coulomb ya que, en la zona de contacto deslizante, la friccion obtenida alcanza el
valor 0.74. Sin embargo, el algoritmo “Kinematic” combinado con una superficie esclava

de tipo elementos presenta una clara inconsistencia.

Como consecuencia de este trabajo preliminar, se ha decidido implementar el
algoritmo de contacto “Penalty”, y el modelo de friccion de Coulomb dado por (2-2) en

el trabajo presentado a continuacion.
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3.6.2. Interaccion térmica

Herramienta

Viruta

) Pieza

Figura 2.9: Identificacion de los focos de calor mediante la representacion del mapa de los flujos
de calor observados en el estado estacionario: Calor generado por deformacion plastica en las
zonas primaria y secundaria de deformacion, respectivamente (1) y (2). Calor generado por

friccion en las superficies de desprendimiento y de incidencia, respectivamente (3) y (4).

En la modelizacion numérica utilizando el codigo calculo por EF Abaqus, el

contacto térmico entre dos superficies se define a través de dos parametros:

. Conductancia térmica entre las dos superficies (GAP HEAT CONDUCTION).
J Generacion del calor debido a la friccion (HEAT GENERATION).

Conductancia térmica entre las superficies en contacto

El traspaso del calor entre la herramienta y la viruta sigue siendo un punto muy

discutido:

Por una parte, desde el punto de vista mecanico, la presion altisima medida
entre las dos superficies impone un tipo de contacto perfecto y esto nos lleva a

considerar una condicion de continuidad de temperatura en la interfase.

Por otra parte, se sabe que los materiales interactian quimicamente con el
entorno (ya sea con oxigeno o con algtin lubricante) y también interactaan entre si. Hay
veces que forman en la interfase una capa de material de diferente naturaleza que los

dos materiales inicialmente en contacto. La presencia de este “tercer cuerpo” en la
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interfase puede generar una cierta resistencia térmica entre la herramienta y la viruta y,

entonces, la condicion de continuidad de temperatura en la interfase seria discutible.

Numéricamente, el flujo de calor q que pasa de una superficie A a una superficie

B es una funcion lineal del parametro de conductancia térmica x entre las dos

superficies A y B dada por la siguiente relacion (2-3):
q=x. (TA _TB) (2-3)
donde T, y T, son las temperaturas respectivas de las dos superficies A y B.

Un estudio paramétrico preliminar del parametro de la conductancia térmica en
la interfase muestra una baja influencia sobre los resultados numéricos macroscopicos.

Salvo en el capitulo III, el valor de este parametro xen el modelo se considera
x =2000W /m? /K . Sin embargo, la variacion del valor de la conductancia térmica en

la interfase resulta ser un dato clave para el estudio de la particion del calor de friccion

entre herramienta y viruta.

Generacion del calor debido a la friccion

En esta parte, se trata de modelar la disipacion en forma de calor de la energia de
friccion y su particion entre las dos superficies en contacto. Numéricamente, cuando
dos superficies estan en contacto, la derivada de la energia de friccion disipada se define

por la relacion (2-4):

Q=f.r.V (2-4)

donde 7 la tension tangencial entre la dos superficies y V es la velocidad relativa de
deslizamiento de una superficie sobre la otra. La fraccion de esta energia de friccion que
se convierte en calor se define a través del parametro f. En nuestro modelo, se
considero que la totalidad de la energia de friccion se disipa en forma de calor, entonces

se implemento el valor f =1.
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La particion del calor debida a la friccion entre la herramienta y la viruta ha sido
analizada en el capitulo III. En nuestro modelo numérico, se implement6 una particion

inicial equilibrada entre las dos superficies.

4. Validacion del modelo numérico

En esta seccion, se comparan resultados numéricos con datos experimentales,
con el fin de comprobar la validez de las tendencias previstas por el modelo numérico
de corte presentado en este capitulo. Para ello, se decidi6 estudiar la variacion de las
tensiones numéricas en las zonas primarias y secundarias de deformacion, y comparar
el factor de friccion obtenido numéricamente, con los resultados experimentales

correspondientes que se publicaron en [37].

Como se explico en el capitulo I, Childs et al. [37] definieron un parametro
macroscopico m definido por la relacion mk =1, , donde k es la tension limite de
cizalladura del material en la zona primaria de cizallamiento, y 7, es la tension limite

de cizalladura del material en la interfase. El modelo de friccion propuesto por Childs

b

et al. [37] se define por la siguiente ecuacion: t=m(T)k [1— g (el m@)f ]

Para ¢ =0.8, donde se obtuvo un contacto pegado entre la viruta y la
herramienta, se evaluaron para cada velocidad de corte, la tension limite media de
cizalladura del material k en la zona primaria de cizallamiento, figura 2.11, y la tension
limite media de cizalladura del material 7,, en la parte de adhesion de la interfase. Los

datos estan ilustrados a continuacion.

Implementando un coeficiente de friccion constante x=0.8, el factor de

friccion calculado a partir de los resultados numéricos, presenta una elevada
sensibilidad a la velocidad de corte, figura 2.10. En la tabla 2.8, la tension limite en la
zona primaria sube sensiblemente (un 14%) con la velocidad de corte, en gran medida
debido al aumento de la velocidad de deformacion del material en esta zona. Al mismo
tiempo, la tension limite en la zona secundaria baja un 42% por efecto del aumento de la

temperatura debida a la disipacion en calor de la energia de friccion.
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Velocidad Tension limite de Tension limite de Factor de Temperatura
de corte cizalladura k cizalladura 7, fl‘iCEi(')n media en la
(zona primaria) (zona de adhesion) m=" Zs/ zona de
(m/s) (MPa) (MPa) k | adhesion (°K)
2 577 527 0.91 1058
4 589 476 0.81 1116
6 630 448 0.71 1176
8 640 423 0.66 1204
10 642 391 0.61 1240
12 647 376 0.58 1274
15 650 361 0.56 1288
30 658 335 0.51 1368
50 658 305 0.46 1391

Tabla 2.8: Identificacion en funcion de la velocidad de corte del factor de friccion m en las

simulaciones numéricas con un coeficiente de friccion implementado constante g =0.8.

En la literatura presentada en el capitulo bibliogratico, el valor escogido para
definir el factor de friccion suele ser constante, y para los aceros cercano a m =0.8. Sin
embargo, recientemente, Childs [55] publico unos resultados experimentales sobre un
acero 0.45C en condiciones de corte similares a lo que se ha implementado en el modelo
numérico (angulo de desprendimiento & =0, un avance t, =0.1mm), y en este trabajo,
Childs observo una variacion importante de m y supuso que la variacion del factor de

friccion era debida al ablandamiento térmico del material.

122




Capitulo I1: Modelizacidén numérica del corte ortogonal y validacién experimental

(a)
B

0.8 \‘
e \\
&
k3] 0.6
S
£ \E\\\B\
% ]
5 0.4
3]
(]
[

0.2

0
0 10 20 30 40 50

Velocidad de corte (m/s)

Factor de friccion m

(b)
—\
0.8 N o
Numeérico
o
0.6 . \
Experimental _/7\
(Childs [Wear 2006])
0.4
0.2
0
300 600 900 1200 1500 1800

Temperatura (°K)

Figura 2.10: a) Variacion en funcion de la velocidad de corte del factor de friccion m en las

simulaciones numéricas con un coeficiente de friccion implementado constante g =0.8.b)

Variacion del factores de friccion en funcion de la temperatura mediana en la interfase en las

simulaciones numéricas con x = 0.8 y experimentalmente por Childs [55] mecanizando un

acero 0.45 C.

Considerando los calculos numéricos con un coeficiente de friccion constante

4#=0.8, se puede observar que el factor de friccion disminuye a medida que la

velocidad de corte aumenta, figura 2.10-a. Ademas, el valor m = 0.8 parece valido en un

pequeno intervalo de velocidades de corte centrado en V = 4m/s. Pero, globalmente, la

figura 2.10-b muestra una muy buena correlacion entre los resultados numéricos

publicados por Child en [37], y las predicciones numéricas obtenidas por el modelo de

corte ortogonal.
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V =2m/s

V =8m/s V =30m/s

V =15m/s V =50m/s

S, Mises

(Avg: 75%)
+1.156e+09%
+1.150e+09
+1.130e+09
+1.110e+09
+1.090e+09
+1.070e+09
+1.050e+0%
+1.030e+09
+1.010e+0%
+9.900e+08
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5. Conclusiones

En este capitulo, se presenta el modelo numérico de corte ortogonal que se uso
para la obtencion de los resultados analizados en los proximos capitulos. Se trata de un
modelo termomecanico utilizando la formulacion ALE, con un contacto tangencial en la

interfase viruta/herramienta definido por el modelo de friccion de Coulomb.

La comparacion entre los resultados numéricos obtenidos con x#=0.8 y las

mediciones experimentales publicadas por Childs en [37], presenta muy buenas
similitudes a pesar de las incertidumbres del trabajo experimental y de las
simplificaciones inherentes a la modelizacion numérica. Esta buena correlacion entre
los resultados numéricos y experimentales nos proporciona un solido argumento a favor
de la validacion experimental del modelo numérico desarrollado en esta tesis doctoral, y

eso, en un amplio intervalo de velocidades de corte.

El siguiente punto de este trabajo consistira en llevar a cabo un estudio
paramétrico sobre el coeficiente de friccion implementado en la interfase, para analizar
la influencia de este valor, en las variables termomecanicas locales situadas en la zona

de contacto viruta/herramienta.
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CAPITULQ III:

Analisis del contacto termomecanico en la

interfase.

127



Capitulo I11: Andlisis del contacto termomecanico en la interfase

128



Capitulo I11: Andlisis del contacto termomecanico en la interfase

1. Introduccién

Como se explico en el primer capitulo de esta tesis, los trabajos numéricos sobre
el corte ortogonal coinciden en concluir que los resultados numéricos dependen en gran
medida del modelo de contacto implementado. Concretamente, estos trabajos
mostraron que el modelo de friccion escogido para modelar la interaccion
termomecanica entre la viruta y la herramienta gobierna los niveles de fuerzas

obtenidas.

A continuacion, se propone explicar como los resultados numéricos obtenidos
estan relacionados con el modelo de contacto implementado. En este capitulo, el
analisis se centrara en explicitar la influencia del modelo de friccion en las variables
locales a lo largo de la interfase viruta/herramienta. Se analizaran por separado las
interacciones mecanica y térmica, y se explicitaran las relaciones entre los
comportamientos de las variables locales en la interfase, y el tipo de contacto (adherido

o deslizante) que se obtiene.

2. Contacto mecanico

En esta primera parte, se implemento un coeficiente de friccion de Coulomb  u
constante. Es decir, se supone que la friccion es independiente de las condiciones
termomecanicas (presion normal, velocidad de deslizamiento del material de la pieza
sobre la herramienta o temperatura en la interfase). Asi pues, el valor de la friccion
implementada es independiente de las condiciones de corte. A continuacion, se analizan
los resultados numéricos obtenidos por un estudio paramétrico considerando una
operacion de corte ortogonal con un angulo de desprendimiento & =0, un avance
t, =0.1mm, un radio de punta r=15um y una velocidad de corte en el rango

Im/s <V <50m/s. El valor del coeficiente de friccion implementado ha sido variado

entre 0.0y 1.0.

La figura 3.1 presenta una comparacion de la distribucion, a lo largo de la
interfase viruta-herramienta, de las tensiones normales o y de friccion 7 obtenidas por
un calculo numérico, junto con dos ejemplos experimentales de la literatura ilustrando

la distribucion de estas mismas tensiones para otros tipos de aceros. Cualitativamente,
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la comparacion entre los datos experimentales y los resultados numéricos obtenidos
con el modelo presenta grandes similitudes: Se puede comprobar que las dos curvas
numéricas tienen una forma de meseta a lo largo de la interfase, al igual que ocurre con
las observaciones experimentales. También, se ha obtenido numéricamente un pico de
la tension normal situado en el filo de corte de una manera muy parecida a la que se
observo experimentalmente. Por ultimo, la caida de las tensiones en la zona final del
contacto es muy similar en los resultados numéricos y experimentales, particularmente

en el caso publicado por Childs et al [20].

| Superficie de desprendimiento
| EEEEEE———
a) \\ o

Pieza

Herramienta

/_\/

900
800 c
700

) O normal stress
T [frictional stress

600
500

e
Stresses

400
300

Stress (MPa)

200+
100

0 0,2 04 0,6 0,8
X, mm

Cutting w00l

Figura 3.1: Distribucion de las tensiones normales y de friccion obtenidas numéricamente para
el acero 42CD4 (a) (velocidad de corte V =8m/s , coeficiente de friccion z=0.4),y

experimentalmente para aceros por: (b) Childs et al. [20] y (c) Lee et al. [21].
21. Fenomeno de de adhesion en la interfase:

La distribucion a lo largo de la interfase de la velocidad relativa de
deslizamiento viruta/herramienta esta representada en la figura 3.2 para los diferentes
niveles de friccion implementados. Los resultados muestran la existencia de una clara
zona de material adherido (“sticking”) para los coeficientes de friccion implementados

u=06, =08y u=10.
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La zona de adherencia se caracteriza por una velocidad de deslizamiento
relativa nula o cuasi nula. Se puede observar como la longitud de la parte pegada
aumenta ligeramente con el aumento del valor de friccion implementado. La velocidad
de deslizamiento de la viruta sobre la herramienta no es homogénea a lo largo de la
interfase: Solo para los coeficientes de friccion bajos (¢ £0.4), la velocidad del material
no es totalmente nula en la zona definida por el redondeo de la punta de la herramienta
(0<x<15um). Por tanto, en la superficie de desprendimiento, el material siempre
sufre un aumento progresivo de la velocidad antes de llegar al valor estabilizado de

salida de viruta, y eso incluso para los casos donde se obtuvo contacto adherido.

10

Superficie de desprendimiento

0 0.1 0.2 0.3

Velocidad de deslizamiento en la interfase (m/s)

Posicion en la interfase (mm)

Figura 3.2: Velocidad de deslizamiento del material a lo largo de la interfase para una velocidad
de corte V =8m/s y diferentes valores de coeficiente de friccion.

De acuerdo con la teoria de Mises de plasticidad (J,), si la deformacion
plastica es gobernada por el fenémeno de cizallamiento, Entonces, todos los
componentes del tensor desviador s serian despreciables con respecto a Sy, =S, =7

y obtendriamos:

Oeq = V37 (31

Bajo el régimen plastico, el criterio de plasticidad de von Mises tiene la

siguiente forma:

Ooq = V3 Ty (3-2)
donde o, eslatension equivalente de Mises y 7, es la tension limite en cizalladura.
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Al final, se obtiene la siguiente relacion en el caso de la deformacion plastica

bajo cizallamiento:
T=1, =0, /ﬁ (3-3)

Consideramos ahora un elemento material en la superficie de desprendimiento.
De acuerdo con el modelo de friccion de Coulomb implementado en el modelo

numérico, la tension de friccion en la interfase se define por la relacion presentada

previamente (7(x)= g .o(x)). Por otra parte, fisicamente, esta tension esta limitada
por la tension limite del material de cizalladura 7, . Entonces, si la deformacion plastica

que sufre este elemento esta dominada por el fendmeno de cizallamiento, la tension de

friccion deberia satisfacer la relacion (3-3).

Finalmente, el modelo de friccion que se aplica durante los calculos numéricos

es el siguiente:
t(x) = min(uo(x); 7y (x)), (3-4)

En el calculo numérico con #=0.8 y V =8m/s, la tension de friccion 7 esta
representada en la figura 3.3 y comparada con las dos cantidades po y 7y,
respectivamente (a) y (b). Se puede observar que la relacion 7(x) = u (x) es valida en
la figura 3.3-a a partir de una cierta posicién |, <x <1, donde I, es la longitud total

de contacto entre la herramienta y la viruta. Para el intervalo definido por 0<x< | 0 la

relacion 7(x) =7, (X) se cumple, figura 3.3-b. Este intervalo corresponde a la zona de

adhesion del material observado en la figura 3.2.
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Figura 3.3: Comparacion de la tension de friccion 7 con: a) el producto u.o , b) la tension

limite del material de cizalladura 7y, = o, / /3 . Velocidad de corte V =8m/s , coeficiente de

friccion implementado x=0.8.

En la figura 3.4, las condiciones de corte son iguales que las presentadas en la

figura 3.3, siendo £ =0.2 el coeficiente implementado en lugar de x# =0.8. De acuerdo

con la distribucion de la velocidad del material en la interfase que se observo para este

caso en la figura 3.2, la comparacion de la tension de friccion z con la cantidad uo

corresponde con la relacion (3-3): Se obtiene 7(x)= u o(x) a lo largo de toda la

superficie de contacto, figura 3.4-a. Ademas, observamos 7(X) <z, (x) en la figura 3.4-b

y se puede comprobar (fig 3.2) que el tipo de contacto es deslizante en toda la interfase.
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Figura 3.4: Comparacion de la tension de friccion 7 con: a) el producto x.o, b) la tension

limite del material de cizalladura 7, = Oeq / \/5 . Velocidad de corte V =8m/ s, coeficiente de

friccion implementado x#=0.2.
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2.2.  Discusion sobre el comportamiento del contacto de adhesion en la interfase

Como se ha explicado, en los ensayos experimentales de mecanizado, dos
regimenes distintos de contacto suelen ser observados: una zona de contacto donde el
material esta adherido a la herramienta y otra zona donde el material de la viruta
desliza sobre la herramienta. Fisicamente, el fendmeno de adhesion ha sido relacionado
con los altisimos niveles de presion medidos cerca del filo de corte. A lo largo de la
superficie de desprendimiento, la tension normal suele disminuir hasta un cierto nivel

por debajo del cual se observa el deslizamiento del material.

El modelo de Zorev [18] representa de manera simple estas dos situaciones. Este
modelo esta gobernado por la ley de friccion de Coulomb donde la tension de friccion

7 es proporcional a la tension normal ¢ mediante un coeficiente de friccion u

constante. La tension normal aumenta cuando la posicion se aproxima al filo de corte, y

la relacion de Coulomb podria entonces violar el criterio de plasticidad si el producto
4o es superior a la tension limite de cizalladura 7, del material. Como consecuencia,

el deslizamiento del material se produce en esta zona del contacto dando lugar al

fenomeno de adhesion.

Numéricamente, si bien el valor de la friccion en esta seccion se considera
constante, el limite plastico de cizalladura 7, del material en la interfase no es
constante. Es mas, este parametro depende de la deformacion, de la velocidad de
deformacion y de la temperatura alcanzada. En el modelo numérico 7z, obedece a la

ecuacion constitutiva de Johnson-Cook implementada en el modelo numérico, y

presentada en el capitulo IT:

m

ole,i,:T)=[A+B(e, V]| 1+C.in (‘Z—zj J1- %

Las variables de las que depende 7, , estan relacionadas con las condiciones de

corte de forma compleja. Cuando la velocidad de corte aumenta, se espera que la

temperatura a lo largo de la interfase aumente también. Esto tiene como consecuencia
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el incremento de la longitud de la zona de contacto pegado ya que 7, tiende a

disminuir por culpa del ablandamiento térmico del material.

Este favorecimiento de la adhesion contradice las observaciones experimentales
donde se puso de manifiesto que, aumentando la velocidad de corte, la zona de
contacto pegado entre la viruta y la herramienta disminuye [25], incluso, puede
desaparecer. Y eso, a pesar de las altas temperaturas, y del ablandamiento térmico
inherente del material. Pues seria natural considerar en el modelo numérico una
expresion de la friccion dependiente de la velocidad de deslizamiento del material o de

su temperatura.

No obstante, en este capitulo y como primera aproximacion, se implement6 un
coeficiente de friccion constante para desacoplar y aclarar los efectos de la friccion y de
la velocidad de corte sobre los resultados numéricos. Se pretende evaluar la
contribucion del ablandamiento del material en los resultados numéricos. En los
proximos capitulos, se considerara una friccion que depende de variables locales como
la velocidad relativa de deslizamiento del material o la temperatura, para aproximar

mejor las condiciones reales discutidas previamente.

2.3.  Efecto del aumento de la velocidad de corte en las variables locales

Los fenomenos de contacto entre el material de la viruta y la herramienta
dependen de numerosas variables locales como la presion, la temperatura o el valor de
friccion implementado. Antes de comenzar con el analisis de las fuerzas de corte, es
necesario entender el comportamiento de los fenomenos fisicos locales que ocurren en

la interfase para comprender las tendencias macroscopicas.

2.3.1. Temperatura

La distribucion de la temperatura en la interfase es un parametro clave en el
analisis de los resultados numéricos. Para el material de la pieza mecanizada, el
aumento de la temperatura, a coeficiente de friccion constante, tiene como
consecuencia la bajada de la tension limite plastica y puede resultar en la aparicion o en

el aumento del contacto de tipo pegado.
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En la figura 3.5 se puede observar la influencia de la velocidad de corte sobre la
distribucion de la temperatura a lo largo de la interfase, y eso para dos valores del
coeficiente de friccion implementado: (a) #=0.2, (b) u# =0.8. Estos dos valores se han
elegido a partir de la figura 3.2 para ilustrar los dos tipos de contacto que se han

encontrado en los resultados numéricos: contacto deslizante para ¢ =0.2 y contacto

mixto (con una zona de material adherido y otra zona deslizante) para x# =0.8.

Es importante distinguir entre los dos casos por el hecho de que el calor
generado en la interfase se expresa como el producto de la tension de friccion por la

velocidad de deslizamiento del material:
Q(X) =7(X).V,(X) =z o (X).V,(X) (3-5)

En primer lugar, hemos de constatar que en la zona que corresponde a la punta
de la herramienta, como no hay “sticking” para x#=0.2 la temperatura aumenta de
forma significativa (alrededor de unos 300 °K) con el aumento de la velocidad de corte.
Pero, al contrario, para el caso x# =0.8, la llamada “zona de adhesion” (material pegado
a la punta de la herramienta) impide la creacion de calor proveniente de la energia de
friccion debido de la velocidad de deslizamiento cuasi nula del material alli. La
temperatura en esta zona (evaluada entre 1000°K y 1100°K) proviene entonces en gran
medida de la disipacion de la energia de deformacion plastica que ocurre en la zona

primaria de cizallamiento.
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Figura 3.5: Distribucion de la temperatura a lo largo de la interfase para un amplio intervalo de

velocidades de corte para dos valores del coeficiente de friccion: a) £ =0.2,b) £#=0.8.
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Para el caso x#=0.2, en la superficie de desprendimiento, donde la viruta desliza
sobre toda la superficie, el punto mas caliente de la viruta se encuentra en la misma
posicion para todas las velocidades de corte. Siendo |, =0.17mm (para V >4m/s)
determinado a partir de la distribucion de las tensiones en la figura 3.7-a. El punto mas

caliente se encuentra en la posicion X = 0.8 |, . Es interesante observar para x4 =0.2 que
la temperatura maxima aumenta de manera uniforme, pero para x# = 0.8, el aumento de

la temperatura es importante para bajas y medianas velocidades de corte, después, a
partir de V =15m/s, el aumento de la velocidad maxima es menos pronunciado. Este
resultado ilustrado en la figura 3.6 tiene como explicacion el hecho que, a medida que la
velocidad de corte aumenta, se acerca a un régimen donde el calor generado en la
interfase no tiene el tiempo necesario para difundirse, y genera entonces ablandamiento

del material.
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Figura 3.6: Variacion de la temperatura maxima en la interfase con respecto a la velocidad de

corte. Coeficientes de friccion implementados: ¢ =0.2y x#=0.8.

Para p=0.8, uno puede ver en la figura 3.6 que el punto mas caliente de la
viruta se acerca al filo de corte a medida que la velocidad de corte aumenta. La
distribucion de las tensiones que corresponden a este caso se analizara a continuacion
en la figura 3.7-b. Sin embargo, podemos adelantar para este caso que el analisis de la
distribucion de las tensiones nos ensena que la longitud total de contacto disminuye

fuertemente con el aumento de la velocidad de corte. Calculando, para cada velocidad
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de corte, el ratio de la posicion del punto mas caliente en la superficie de
desprendimiento por la longitud de contacto, se obtiene al igual que para el caso
4 =0.2, el punto mas caliente en la posicion x =0.8 I, . Finalmente, se puede observar
en la figura 3.6 que la temperatura maxima en la interfase es mucho mayor para x =0.8
que para x#=0.2. La diferencia media entre las dos curvas supera los 400°K. Pero, es
importante notar que la saturacion de la temperaturas para x# =0.8 es mas rapida. La

razon de esto es que el calor debido a la energia de friccion es proporcional al

coeficiente de friccion implementado.

2.3.2. Tensiones y velocidades de deslizamiento del material en la interfase

El efecto de la velocidad de corte sobre la distribucion de las tensiones en la
interfase es muy sensible al valor de coeficiente de friccion implementado en los
calculos. De manera general, el aumento de la velocidad de corte influye mas en los

resultados numéricos cuando se implementa un coeficiente de friccion alto, figura 3.7.
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Figura 3.7: Distribucion de las tensiones normales y de friccion a lo largo de la interfase para un

amplio intervalo de velocidades de corte. Coeficiente de friccion: a) £ =0.2,b) £ =0.8.

Para el caso 4 =0.2, figura 3.7-a, el aumento de la velocidad de corte no cambia

sensiblemente la distribucion de las tensiones en la interfase. Para V > 4m/ s, tanto los
niveles alcanzados por las mesetas de las tensiones normales y tangenciales, como la

longitud de contacto entre la viruta y la herramienta no sufren ningtin cambio
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importante. Apenas se nota que la pendiente de la meseta de las tensiones normales

disminuye en valores negativos a medida que la velocidad de corte aumenta.

Al contrario, en el caso de implementar un coeficiente de friccion alto x =0.8,

figura 3.7-b, aumentar la velocidad de corte de 2m/s a 50 m/s hace subir fuertemente el
nivel de las tensiones normales de 400 MPa (approx. 40%) y bajar de manera
importante las longitudes de contacto (casi 0.3mm, que corresponde a una disminucion

de 60% del valor de la longitud de contacto inicial).

En este trabajo numérico, no se pueden analizar de la misma manera las
tensiones normales y las tensiones de friccion por una razon importante: durante el
calculo por Elementos Finitos, las tensiones normales son calculadas a partir de las
condiciones de contorno del modelo. Al contrario, el calculo de las tensiones de friccion
obedece al modelo de friccion numérico implementado previamente en el modelo de

corte ortogonal segtin la relacion (3-6):
7(x) = min(z & (x); 7, (x)). (3-6)

Para ©=0.2, figura 3.8-a, las tensiones de friccion obtenidas son muy poco
sensibles a la variacion de la velocidad de corte. El ratio de las tensiones de friccion
entre las tensiones normales obtenidas en este caso, figura 3.8-a, vale exactamente 0.2 a
lo largo de toda la interfase salvo en la zona de la punta de la herramienta. En el caso
4 =0.8, la distribucion de este ratio en la interfase es mas complicada, figura 3.8-b.
Para todas las velocidades de corte implementadas, el ratio de las tensiones no es igual a
0.8 en la mayor parte de la superficie de desprendimiento salvo en una pequena parte
cerca del final del contacto. De manera general, el ratio de las tensiones disminuye con
el aumento de la velocidad de corte. Pero se observa también que los resultados de

V =30m/s yde V =50m/s son muy parecidos.
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Figura 3.8: Ratio las tensiones de friccion por las tensiones normales a lo largo de la interfase en

funcion de la velocidad de corte. Coeficiente de friccion: a) #=0.2,b) x=0.8.

A partir de estas observaciones e introduciendo un parametro nuevo #, ., , que

sirve a expresar la friccion local en cualquier elemento de material en la interfase,

podemos concluir a partir de la relacion (3-6) lo siguiente:

Mo Q) =7() o) =p < (X)) =po(x), (3-7-a)

Hiocal (X) = T(X) / O-(X) ! < T(X) =Ty (X) : (3/7/b)

Asi pues, para el caso ¢ =0.2, en la figura 3.7-a, la relacion (3-7-a) es valida en

toda la superficie de desprendimiento para cualquier velocidad de corte implementada.
La distribucion de la velocidad relativa del material a lo largo de la interfase para este
caso, figura 3.9-a, es consistente con el resultado. Se puede comprobar que la velocidad
de deslizamiento del material no es nula salvo en una zona muy pequefa redonda que
caracteriza la punta de la herramienta. Ademas, se puede ver en esta grafica que la
velocidad del material en la interfase no es homogénea en la superficie de
desprendimiento, sino que crece uniformemente desde el filo de corte hasta una cierta

posicion critica (en este caso X =0.15mm) a partir de cual la velocidad se estabiliza

definitivamente en el valor de velocidad de salida de la viruta 0.5V <V, <0.65V . En

la figura 3.7-a, esta posicion x =0.15mm corresponde al punto a partir de cual las
tensiones caen a cero. Del mismo modo, siendo el calor disipado por la energia de

friccion el producto de la velocidad de deslizamiento por la tension de friccion,

140



Capitulo I11: Andlisis del contacto termomecanico en la interfase

podemos comprobar en la figura 3.5-a el resultado de que, efectivamente, la posicion
X =0.15mm corresponde a la zona donde se obtiene la temperatura maxima en la

superficie de desprendimiento.
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Figura 3.9: Velocidad de deslizamiento del material a lo largo de la interfase en funcion de la
velocidad de corte para los dos coeficientes de ficcion implementados:

a) ©u=0.2,b) u=0.38.

Las velocidades en la interfase obtenidas para w4 =0.8, figura 3.8-b, son
globalmente diferentes a las velocidades obtenidas para g =0.2. Primero, se puede
observar para todas las velocidades representadas una zona importante de material
pegado donde 7(X) =7, (x), figura 3.3-b. El tamano de esta zona disminuye con el
aumento de la velocidad de corte. Después de esta zona de sticking, comienza la zona

de deslizamiento del material donde 7(x) = u# o(X), figura 3.3-a. Primero, se observa
una zona de transicion definida por I; < x <X, donde la velocidad del material en la
interfase crece rapidamente hasta la posicion critica X, (en este caso, X, es variable y

disminuye fuertemente con el aumento de la velocidad de corte). Esta zona de

transicion corresponde a una primera caida de la tension normal de una primera meseta

hasta una segunda meseta. A partir de X_, la tension normal cae a cero. Para ¢ =0.8, el
intervalo de valores a las que se estabiliza definitivamente la velocidad de la viruta V|
es mucho mas amplio que para el caso #=0.2. Aqui 0.3V <V, <0.7V . También,

podemos comprobar en la figura 3.5-b que X, corresponde a la posicion donde se mide

la temperatura mas alta en la superficie de desprendimiento.
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Los resultados en términos de distribucion de la temperatura, de la velocidad de
material y de la tension de friccion concuerden entre si, y el analisis de estas variables

locales numéricas es consistente con el modelo numérico de friccion implementado.

3. Contacto térmico

Diversos métodos analiticos [73], experimentales [74], y numéricos han sido
desarrollados para intentar determinar los campos térmicos en las zonas de interés.
Valores realistas de las propiedades térmicas del contacto deben de ser implementados
en los codigos de calculo por elementos finitos para conseguir una buena representacion
de las condiciones termomecanicas efectivas que ocurren durante el proceso de corte.
Muy pocos trabajos se han centrado en analizar la influencia de la modelizacion del

contacto térmico en las simulaciones numéricas del mecanizado.

En 2006, Mabrouki et al. [75] analizaron la morfologia de la viruta obtenida a
partir de un acero AISI4340 al variar algunas variables térmicas como la fraccion del
calor evacuada en la viruta y la conductancia del contacto en la interfase
herramienta/viruta. Ambos parametros influyen en la morfologia segmentada de la
viruta puesto que el fenémeno de la segmentacion se acenttia cuando aumenta la
fraccion de calor transmitida a la viruta. Igualmente, cuando la disipacion de calor en la
viruta aumenta, el radio de la curvatura de la viruta es mas pequefo, estando este

fenomeno relacionado con una fragmentacion mas pronunciada de la viruta.

En 2007, Umbrello et al. [76], utilizaron la formulaciéon mixta lagrangiana-
euleriana para obtener numéricamente la conductancia térmica en la interfase
herramienta/viruta. Los autores modelaron el comportamiento de un acero AISI1045 y
optaron para una formulacion inversa de determinacion de la conductancia. Datos
experimentales de la temperatura alcanzada durante el corte fueron medidos en un
punto de la herramienta con un termopar. Estos datos fueron utilizados para identificar
los valores de la conductancia en el contacto mediante un modelo por elementos finitos.
Es interesante notar que, en este trabajo, se observo que era necesario un gran tiempo de
calculo para alcanzar el estado estacionario cuando el analisis incluia parametros

térmicos.
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Se ha demostrado experimentalmente [31] que durante una operacion de
mecanizado, se alcanzan en la interfase niveles de presiones muy altos. Esta observacion
nos llevo a considerar una hipotesis numérica fuerte de que la resistencia térmica es
despreciable entre las dos superficies en contacto. La condicion de continuidad de la
temperatura en la interfase ha de ser verificada. En el modelo numérico, la baja
resistencia térmica en la interfase esta indicada mediante grandes valores de la
conductancia térmica (Gap Heat Conductance). Del punto de vista de la eficiencia
computacional, se puede adelantar que se comprob6 mediante un trabajo paramétrico

previo que el aumento del valor del parametro GHC no afecta al tiempo de calculo.

En cuanto al segundo parametro térmico, la particion del calor generado por la
energia de friccion, tampoco se encontraron estudios numéricos exhaustivos en la
literatura cientifica. Cuando se hace referencia a la particion del calor en los articulos
numéricos, se considera normalmente por defecto una particion del calor equilibrada
entre la herramienta y la viruta. Sin embargo, las teorias analiticas consideran que, a
altas velocidades de corte, casi todo el calor generado por la energia de friccion se
evacua con la viruta [45]. En un reciente trabajo analitico [77], se present6 un estudio
basado en un desarrollo inverso para determinar el valor de la temperatura en estado
estacionario situado en la interfase entre dos solidos semi-infinitos con la condicion de
continuidad de la temperatura entre ambas superficies. La particion del calor en la
interfase esta determinada al aplicar la igualdad de la temperatura entre las dos
superficies en contacto. Cada superficie teniendo un valor de temperatura inicial

definido arbitrariamente.

Otros autores se centraron en estudiar el papel de la particion del calor generado
por la energia de friccion en la interfase. Grzesik & Nieslony [78] publicaron en 2003
un trabajo donde desarrollaron modelos analiticos con el fin de estimar la temperatura
en la interfase y la particion del calor en operaciones de mecanizado en seco continuo de
aceros con herramientas tratadas con recubrimiento multicapas. Se observo una gran
influencia de las caracteristicas del contacto (temperatura de la interfase, longitud de

contacto etc) sobre la particion del calor entre la herramienta y la viruta.

A partir de los trabajos analiticos, se dedujo que el valor de la particion del calor

en la modelizacion numérica podia depender de la conductancia térmica de la interfase.
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A pesar de tener la posibilidad de definir en la modelizacion numérica un determinado
valor de la particion del calor, la continuidad de temperatura en la interfase asegurada
por el alto valor de la conductancia térmica deberia, en principio, imponer esta

particion del calor entre las dos superficies.

3.1.  Interaccion térmica entre la herramienta y la viruta

En la modelizacion numérica, el contacto térmico se caracteriza, por una parte,
por la conductancia térmica & de la interfase viruta/herramienta. Fisicamente, x es el
inverso de la resistencia térmica entre las dos superficies en contacto. En
Abaqus/Explicit [67], la conductancia térmica esta implementada mediante la variable

“Gap Heat Conductance”.

En la interfase, el contacto térmico se caracteriza mediante el siguiente sistema

de ecuaciones:

ky ZIV"'K(Th_Tv)""UQ:O (a)

iy O k(T -T,)+ L-n)Q=0 ORENER)
Xlh

Q=1f.7.Vg (c)

donde k, y k; son los coeficientes de conductividad respectivos del material formando

la viruta y del material formando la herramienta. T, y T, son las temperaturas de dos
puntos en contacto en la interfase, el primero perteneciendo a la viruta y el segundo a la
herramienta. x es la conductancia térmica en la interfase. 7 y Vg son respectivamente

la tension de friccion y la velocidad relativa de deslizamiento en una posicion

determinada de la interfase. Q es la parte de la energia de friccion que se disipa en calor
y f caracteriza la fraccion de la energia de friccion que se disipa en calor (en el modelo

numérico desarrollado en este trabajo f =1).
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3.2.  Conservacion de la energia térmica en la interfase

A partir de la ecuacion (3-8), sumando (a) y (b) se obtiene una relacion que

expresa la conservacion de la energia en la interfase:

K, T
OX

T

" +Q=0 (3-9)

h

\Y

Se observa en la figura 3.10 que la suma de los flujos térmicos entrando en la
viruta y en la herramienta por la zona de contacto es igual al valor del calor generado

por la energia de friccion dado por la relacion (3-8-c).
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Figura 3.10: Comparacion, en una posicion dada de la interfase y para varias velocidades de
corte, entre la energia de friccion y la suma de los flujos térmicos entrando en las dos superficies

en contacto. £ =0.6;x=0;7=05.

El aumento del nivel de la energia de friccion se debe sobre todo al crecimiento,
con respecto a la velocidad de corte, de la velocidad de deslizamiento del material en la
interfase. En esta grafica, se represento el flujo de calor en una posicion determinada de
la interfase en la zona de mayor crecimiento de las velocidades de deslizamiento del
material para cada velocidad de corte. En la figura 3.11, los flujos de calor, tanto como la

energia de friccion fueron obtenidos en los elementos de la interfase cuyo valor de

velocidad de deslizamiento del material es fija (Vs =1.3m/s). De esta forma, ademas
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de comprobar la conservacion de la energia in la interfase, también se puso de
manifiesto que la variacion del parametro de la conductancia térmica en la interfase x

no afecta, por lo menos de forma significativa, al nivel del calor generado en la interfase.
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Figura 3.11: Comprobacion de la conservacion de la energia de friccion con respecto a la

variacion del parametro de conductancia térmica en la interfase. £=0.6;V =8m/s;7=0.5.

3.3. Efectos de la variacion de la conductancia térmica en la interfase

En la modelizacion numérica, se implementa entre dos superficies en contacto
un valor de conductancia térmica x para definir el intercambio del calor entre ambas
superficies. Fisicamente, & es identificable como el inverso de la resistencia térmica

entre las dos superficies en contacto.

3.31. Temperaturas

En la figura 3.12, la variacion de la temperatura en la interfase del lado de la
viruta parece ser poco sensible al fuerte aumento de la conductancia térmica en la
interfase. Por el otro lado, se observa como la temperatura en la interfase en el lado de la
herramienta disminuye fuertemente con el aumento de x. Este resultado nos lleva a
considerar la hipotesis a que haya mas calor que se evacua en la viruta cuando se
aumenta el valor de x . El paso siguiente es entonces evaluar la parte del calor que se

evacua por la viruta y determinar su dependencia con el nivel de x implementado.
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Figura 3.12: Variacion de la temperatura entre dos puntos en contacto en la interfase con

respecto a la variacion del parametro de conductancia térmica en la interfase.

3.3.2. Particion del calor en la interfase

En esta parte, consideramos un parametro 7 que corresponde a la fraccion, con

respecto a la energia de friccion disipada, del calor total que penetra dentro de la viruta

en un punto dado en un instante determinado de la simulacion.

El calor que penetra en la viruta por la interfase sélo puede tener dos origenes: la
energia de friccion, o el transporte de calor de la herramienta (en este caso, la
herramienta deberia ser mas caliente que la viruta). En el caso donde se prohibe el
traspaso de calor entre las dos superficies en contacto (x =0), figura 3.13 (izquierda),
el anico flujo de calor que penetra la viruta proviene de la disipacion de la energia de

friccion. En este caso, y ya que se implemento una particion del calor equilibrada entre

la viruta y la herramienta (7 = 0.5), se puede comprobar el resultado 7 =7 =0.5.

Numéricamente, imponer la continuidad de la temperatura entre dos superficies
en contacto consiste en implementar un valor alto para el parametro de la conductancia

térmica x en la interfase. En la figura 3.12 se observo que la continuidad de la

temperatura en nuestro modelo, se obtenia a partir del valor x =1e*® W /m? /K .
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Figura 3.13: Variacion con el tiempo de la proporcion de calor total que se evacua dentro de la
viruta para los casos: & =0 (izquierda),y x =1e*® W /m? /K (derecha).

u=06;V=8m/s;n=05.

Sin embargo, en la figura 3.11, la magnitud de la energia de friccion creada en un
punto dado de la interfase es del orden de 0.5 ¢". Con lo que una diferencia de unas

décimas de grados en la interfase resultaria en la generacion de un flujo de calor,

k (T, =T,), de la misma magnitud que la energia de friccion disipada entre las dos

superficies en contacto.

Para el modelo donde ¢ =0.6, V=8m/s y 7=0.5, se han obtenidos los siguientes

resultados:

Kk WK) | Tw () | T, (&) | (T =T,) | qu(Wim?) | qo(W/m?) | 7.7.Vs
0e"™ 1992.00 | 1381.84 0 2.435¢"% | 2.443¢"% | 2396
1e'® 1821.68 | 1388.28 | 4.334¢'® | 2.255¢"® | 2336 | 2.349¢°
1e™ 1490.45 | 139341 | 9.704¢™ | 1410 | 3.421¢™ | 2.382¢™®
1'% 1387.38 | 138718 | 2.000e™® | 1.253¢™™ | 3.348¢™™ | 2.400 ™™

Tabla 3.1: Variables locales térmicas obtenidas por el modelo numérico variando la

conductancia térmica en la interfase.
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Las variables gh y ¢y son los flujos térmicos que penetran respectivamente la

superficie de la herramienta y la superficie de la viruta que estan en contacto.

Las variaciones de q, y de x (T, —T,) ilustrados en la figura 3.14 ocurren de

forma muy parecida, salvo para el caso x =1e%

W /m? /K . Para los tres primes casos,
la diferencia entre las dos curvas es practicamente igual y vale aproximadamente el

valor 24e®W/m?/K. Para x=1e®W/m?/K, esa diferencia es de
1.4e" W /m?/K . La variacion de la temperatura (T, —T,) que corresponderia para

este caso a una diferencia de 2.4e*® W /m?/K esde (T, —T,)=0.1K . En la tabla 3.,

la variacion de la temperatura entre las dos superficies para este caso es de

(T, =T,)=0.2 K. Es decir, como se ha comentado antes, el nivel del parametro de la

conductancia térmica implementada es tan alto (k=1 W /m?/K) que el mas

minimo error de aproximacion en la medicion del salto de la temperatura en la interfase
resulta en un error importante en la hora de determinar los flujos de calor que existen

entre las dos superficies en contacto.

510° ‘ ‘ ‘ ‘ ‘
p=0.6; V=8m/s; n=0.5
8
«  410°
£
=
8
©  310° |
2
2 G
(]
o 210° -
©
2
=
L 110°
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Conductancia térmica en la interfase (W/mZ/K)

Figura 3.14: Comparacion entre el flujo de calor gy, que penetra la viruta, la fraccion de la
energia de friccion que se evacua en la viruta y el flujo térmico generado por el transporte de
calor entre las dos superficies en contacto a diferentes parametros de conductancia térmica en

lainterfase. £ =0.6;V =8m/s;7=0.5.
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La conservacion de la energia en la interfase, junto con el efecto de la

transmision de calor de la herramienta hacia la viruta para los grandes valores de

+09

k=1 W /m? /K explican el resultado presentado en la figura 3.15 donde:

oT
qv:nQ—'—K(Th_Tv):_kvi (a)
oX|,
(3/10)
oT
4y =(L-7)Q-x (T, -T,)=k, (b)
OX |y,
510° T T T T T
p=0.6; V=8m/s; n=0.5
«—  410° | . -
E Vlruta\
E PR bbb LR -
© 310° - |
>
<] Benczocooo. .
c -----:::::a~
o 210° | .
© ““-
% | B T b
L 110% |- Herramienta —/ n
t=0.1ms
O | | | |
10° 10° 10° 10°

Conductancia térmica en la interfase (W/mle)

Figura 3.15: Variacion de los flujos de calor, g, y i respectivamente entrando en la viruta y la

herramienta con respecto a la variacion del parametro de conductancia térmica en la interfase.

Combinando las ecuaciones (a) y (b) del sistema (3-10), podemos explicitar la
forma analitica de la particion del calor total que se evacua dentro de la viruta con la

relacion:

qa, _UQ+K(Th_Tv):77+K(Th_TV)

= 3-11
qv + qh Q Q ( )

77‘:

La dependencia de 77 con respecto a la conductancia térmica en la interfase, por

una parte, y a la velocidad de corte, por otra parte, estan ilustradas en la figura 3.16 y en

la figura 3.17 respectivamente.
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Figura 3.16: Variacion de la fraccion del calor que se evacua dentro de la viruta con respecto a la

variacion del parametro de conductancia térmica en la interfase. £=0.6;V =8m/s;7=0.5.

Considerar la continuidad de la temperatura en la interfase resulta en crear un

flujo de calor que va de la herramienta hacia la viruta, que es la causa de la diferencia

entre el valor de la fraccion de calor implementada 7, y el valor de la fraccion 7 del

calor total (efectiva) que se evacua dentro la viruta.

Fraccion de la energia térmica

entrando en la viruta

0,2

0 5 10 15 20 25 30

Velocidad de corte (m/s)

Figura 3.17: Variacion con la velocidad de corte de la fraccion del calor que se evacua dentro de

lavirutapara k=0 y k=16 W /m? /K . 4=0.6;7=05.

Por altimo, como cabia esperar, la velocidad de corte tiene una influencia de

gran importancia sobre el valor de 7 solo si se considera la hipotesis de continuidad de
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la temperatura entre la herramienta y la viruta. En efecto, se observa en la figura 3.17 que
el aumento de la velocidad de corte favorece el crecimiento de la fraccion del calor que
se evacua por la viruta. Esto tiene su explicacion en el hecho de que la conveccion del
material de la pieza a través de la viruta evacua el calor de la interfase, con lo cual, la
herramienta se ve obligada en proporcionar una cantidad mas importante de calor a la

viruta para llegar a la temperatura estacionaria de la interfase.

Cabe destacar que, para las muy altas velocidades de corte, el valor de 7 tiende

a saturar hacia el valor = 0.8. Este valor es coherente con el comtnmente utilizado

como fraccion del calor generado por la energia de friccion en los modelos analiticos del

mecanizado a altas velocidades.

4. Conclusiones

En este capitulo, se analizan los efectos de los parametros numéricos

implementados, en el comportamiento del contacto mecanico y térmico de la interfase.

Por una parte, en relacion con el contacto mecanico, se explicitaron las
condiciones que generaban el contacto de tipo adherido, y se relacionaron con el tipo de
modelo de friccion implementado. También se demostro que el coeficiente de friccion
implementado, y el ablandamiento térmico del material son los mecanismos que
controlan el tipo de contacto que se obtiene entre viruta y la herramienta. La adhesion
del material en la interfase aumenta cuando se incrementa la temperatura (por efecto de

la friccion), o cuando se implementa un coeficiente de friccion mas alto.

Por otra parte, el analisis del contacto térmico llevado a cabo en la segunda parte
de este capitulo, puso de manifiesto que tanto la continuidad de la temperatura en la
interfase como la particion del calor debido a la energia de friccion, dependen
fuertemente del valor de la conductancia térmica entre la viruta y la herramienta.
Cuanto mayor es este valor, mas calor pasa a la viruta, y se aproxima mejor la condicion

de continuidad de temperatura en la interfase.
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CAPITULOIV:

Cinematica de la formacion de la viruta.
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1. Introduccién

El primer paso para entender la formacion de la viruta durante el proceso de
corte consiste en estudiar el campo de velocidad de fluencia del material desprendido.
En este capitulo, se propone analizar algunas de las variables mas importantes en el
proceso de corte (velocidad de la viruta, su radio de curvatura, angulo de cizallado..etc),

bajo un enfoque geométrico.

2. Campo de velocidades

Cuando se dibuja el perfil del campo de velocidad del material dentro de la
viruta perpendicularmente a la direccion de fluencia, uno observa que la velocidad
dentro de la viruta no es uniforme en el plano cartesiano. Se obtiene que el material
siempre fluye con mas velocidad cuando se acerca a la interfase, y eso de manera casi
lineal. También se observa que el gradiente de velocidad es diferente segtn el nivel de
friccion impuesto. Para un valor de friccion dado, este gradiente se acenttia con el

aumento de la velocidad de corte, figura 4.1.

| n=0.8

| p=0.2 V=1m/s —=—V=1m/s

0.8

0.6

—e—V=2m/s
—O— V=4m/s
——V=8m/s
——V=15m/s
—r—V=30m/s
—+—V=50m/s

0.8

0.6

—e—\V=2m/s
—0—V=4m/s
—>—V=8m/s
—>—V=15m/s
—r—\V=30m/s
——V=50m/s
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vy) IV

0.4 |- B 0.4

0.2 - - 02 B

0 I I I I I 0 I I I I
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0 0.05 0.1 0.15 0.2

0.25

Position desde la interfase (mm) Position desde la interfase (mm)

Figura 4.1: Distribucion del campo de velocidad dentro de la viruta en el plano perpendicular a
la superficie de desprendimiento y posicionada al final de la longitud de contacto. Friccion

implementada: ¢ =0.2 (izquierda); x#=0.8 (derecha).
Para simplificar el analisis de los resultados numéricos en cuanto al campo de

velocidades, consideramos, para cualquier simulacion, una linea que atraviesa la viruta

de su superficie libre hasta la interfase perpendicularmente a la superficie de
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desprendimiento justo en el final de la longitud de contacto 1., figura 4.2. Definimos
entonces la velocidad de la viruta, V., como el valor medio entre la velocidad del
material en los puntos de interseccion de esa linea con las dos superficies de la viruta (la

superficie libre y la superficie en contacto con la herramienta).

Ve=(Vsr + Vine) /2 (4-1)

donde Vsi y Vine son respectivamente las velocidades del material en los puntos de
interseccion de la linea que atraviesa la viruta con su superficie libre y la superficie de

desprendimiento.

Figura 4.2: [lustracion de la metodologia escogida para determinacion de la velocidad media de
la viruta V. Vg es la velocidad del material en la superficie libre, y Vi, la velocidad del material

en la superficie de desprendimiento.

En la figura 4.3 se comprueba que el modelo numérico verifica uno de los
principios fundamentales de la mecanica: la conservacion de la cantidad de material: El
caudal de material por cortar definido por el producto V.t; y el caudal de material

evacuado en forma de viruta estimado con la relacion V..t; son iguales.
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Figura 4.3: Comprobacion de conservacion de la cantidad de material para los casos:

4 =0.2 (izquierda); ¢ =0.8 (derecha).

3. Radio de curvatura de la viruta

La no uniformidad del campo de velocidades en la viruta, figura 4.4, podria
apuntar a un gradiente de deformacion presente para un material que ya no esta
afectado por el contacto con la herramienta. Sin embargo, esta hipotesis esta
contradiccion con la distribucion de las velocidades de deformacion presentes en esa

zona de la viruta e ilustrados en la figura 4.5.

P TR A T

Figura 4.4: Distribucion del campo de velocidad del material en la viruta para los casos: V=2m/s

(izquierda) y V=50m/s (derecha). Coeficiente de friccion implementado x=0.8.

En la figura 4.5, uno puede comprobar que durante el estado estacionario, la
deformacion ocurre en la zona primaria y en la zona secundaria de cizallamiento. No se
observa ningan gradiente de velocidad de deformacion en la viruta una vez pasada la
zona de contacto con la herramienta. Se puede concluir que la variacion de la velocidad

observada en las figuras 4.1 y 4.4 no se deben a una deformacion plastica del material.
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Figura 4.5: Distribucion del campo de velocidad de deformacion del material en la viruta para

los casos: V-2m/s (izquierda) y V-50m/s (derecha). Coeficiente de friccion x#=0.8.

Hay otra explicacion que podria explicar la variacion de la velocidad en la viruta:
Se observa en las figuras 4.4 y 4.5 que las virutas presentan una cierta curvatura al
formarse. Si, una vez terminado el contacto, la viruta sale con un movimiento rotacional

de solido rigido, entonces el radio de curvatura R de la viruta tiene que ser funcion del

espesor de la viruta t, y de las velocidades Vg1 y Vi siguiendo la relacion:

R =t2/[v"“—1] (42)

VSL

El calculo del valor del radio de curvatura de la viruta a partir de la relacion (4-

2) esta representado a continuacion para los casos # =0.2 y 1 =0.8 respectivamente:

vV Vs (m/s) Vine (m/s) Ve (m/s) & (mm) R (mm)
1 0.330 0.524 0.427 0.265 0.451
2 0.771 1.14 0.954 0.234 0.494
4 1.48 247 1.98 0.217 0.324
8 3.00 512 4.06 0.204 0.288
15 5.53 9.68 7.60 0.208 0.277
30 11.3 20.1 157 0.194 0.251
50 20.8 35.6 28.2 0.199 0.279

Tabla 4.1: Variacion en funcion de la velocidad de corte V de las velocidades de salida de la
viruta (Vst, Vine ¥ Vo), su espesor t, y el radio de curvatura R que le corresponde aplicando la

relacion (4-2). Coeficiente de friccion implementado ¢ =0.2.
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Comparando estos resultados numéricos presentados en las tablas 4.1y 4.2, uno

concluye que, a coeficiente de friccion constante, el radio de curvatura calculado baja de

manera notable con el aumento de la velocidad hasta alcanzar un valor asintotico a

partir de una velocidad de corte critica determinada. Cuanto mayor es el nivel de

friccion implementado, mas importante es la disminucion del radio de curvatura, y mas

alta es la velocidad critica a partir de cual se estabiliza el valor de ese radio, figura 4.6.

V(m/s) Vi (m/s) Vine (m/s) Ve (m/s)  (mm) R (mm)
1 0.170 0.202 0.186 0.544 2.89
2 0.433 0.544 0.488 0.413 1.61
4 1.10 1.46 1.28 0.320 0.952
8 2.55 3.75 3.15 0.257 0.543
15 5.37 8.78 7.08 0.216 0.341
30 123 19.9 16.1 0.200 0.320
50 19.7 33.8 26.8 0.194 0.272

Tabla 4.2: Variacion en funcion de la velocidad de corte V de las velocidades de salida de la

viruta (Vst, Vine ¥ Vo), su espesor t, y el radio de curvatura R que le corresponde aplicando la

relacion (4-2). Coeficiente de friccion implementado g =0.8.

Radio de curvatura de la viruta (mm)

—=— Mu=0.2
—o— Mu=0.8

< Puntos obtenidos por mediciones
directas para n=0.8

20 30

40 50

Velocidad de corte (m/s)

Figura 4.6: Variacion con la velocidad de corte del radio de curvatura de la viruta calculado

mediante la relacion (4-2) para £ =0.2 y u=0.8. Comparacion con valores obtenidos por

mediciones directas para x=0.8,V-2m/s, V=15m/s y V=30m/s.
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—

@=3.42mm

| T —
|

———

Figura 4.7: Determinacion, mediante una medicion directa, del radio de curvatura de viruta

para los: V=2m/s (arriba) y V=50m/s (abajo). Coeficiente de friccion implementado 4 =0.8.
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Los valores de radio de curvatura que han sido obtenidos directamente
(ejemplos de medicion directa estan ilustrados en la figura 4.7) se ajustan casi
perfectamente a las prediccion obtenidas para los mismos casos aplicando la relacion
(4-2). Este resultado valida la hipotesis de flujo de viruta bajo el régimen de movimiento
rotacional de solido rigido. El conocimiento de la variacion del radio de curvatura de la
viruta con la velocidad de corte y también con el valor de friccion implementado,
permitiria explicar cualitativamente la variacion de una gran parte de los resultados
numéricos con respecto a las condiciones de contorno implementados en las

simulaciones.

4.  Longitudes de contacto, espesor de la viruta y angulo de cizallado

A partir de la figura 4.7, se entiende que: cuanto mayor es el radio de curvatura
de la viruta, mayor es la longitud de contacto viruta/herramienta, l.. Esta hipotesis esta
verificada gracias a la confrontacion del analisis de la variacion del radio de curvatura de
la viruta presentado previamente, figura 4.6, con la variacion de la longitud de contacto
con respecto a la velocidad de corte y al coeficiente de friccion implementado, ilustrado

a continuacion en la figura 4.8:

0,8
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z —e— Mu=0.1
£ 06 L —o—Mu=0.2| |
E ' —o— Mu=0.4
o —&— Mu=0.6
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g —— Mu=1.0
S 04 + g
(]
©
©
>
=
(@] 0,2 > _|
§ h_?u ——
O | | | |
0 10 20 30 40 50

Velocidad de corte (m/s)

Figura 4.8: Variacion, para diferentes valores de friccion implementados, de la longitud de
contacto viruta/herramienta con respecto a la velocidad de corte.

Como cabia esperar, el comportamiento de la longitud de contacto es muy
parecido al comportamiento del radio de curvatura de la viruta con respecto a las
condiciones de corte: A coeficiente de friccion constante, la longitud de contacto baja

significativamente con el aumento de la velocidad de corte hasta alcanzar un valor
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asintotico a partir de una velocidad de corte critica determinada. También para este
analisis, cuanto mayor es el nivel de friccion implementado, mas importante es la caida
del valor de la longitud de contacto entre la viruta y la herramienta y mas alta es la

velocidad critica a partir de cual se estabiliza el valor de esa longitud estabilizada.

En cuanto a la longitud de contacto pegado, el comportamiento obtenido e
ilustrado en la figura 4.9 se debe analizar del punto de vista del modelo de contacto
mecanico modelado en nuestras simulaciones numéricas, y de sus consecuencias

expuestas en el capitulo I11.

0,8

—=— Mu=0.0
—e— Mu=0.1
—O— Mu=0.2
0,6 - ——Mu=0.4] -
—— Mu=0.6
—r— Mu=0.8
—— Mu=1.0

Longitud de contacto pegado (mm)

0 10 20 30 40 50
Velocidad de corte (m/s)

Figura 4.9: Variacion, para diferentes valores de friccion implementados, de la longitud de

contacto pegado entre la viruta y la herramienta con respecto a la velocidad de corte.

Es importante destacar el comportamiento del contacto pegado en el analisis de
la parte cinematica de la formacion de la viruta por la importante razon de que la
aparicion del contacto pegado en la interfase afecta al flujo de material que se evacua
bajo forma de viruta. Cuanta mas longitud de contacto pegado hay, mas dificultad
tendra el material para evacuarse en forma de viruta, es decir, mas baja sera la velocidad
de evacuacion del material dentro de la viruta. Sin embargo, para seguir verificando el
principio de la conservacion de la cantidad de material, una velocidad de evacuacion de

material mas baja implicara de inmediato el aumento del valor del espesor de la viruta.
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En la figura 4.10, se ilustra la variacion del valor del espesor de la viruta con
respecto a la velocidad de corte y al coeficiente de friccion implementado. Se puede
observar como el comportamiento de esta variable es similar a los comportamientos ya
presentados y analizados previamente en este capitulo. También se comprueba la
correlacion entre el espesor de la viruta, para cualquier caso ilustrado en la figura 4.10, y

el analisis del contacto pegado que le corresponde.
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Figura 4.10: Variacion, para diferentes valores de friccion implementados, del espesor de la

viruta con respecto a la velocidad de corte.

En los ensayos experimentales, el valor del espesor de la viruta se usa

comunmente para determinar el angulo de cizallamiento ¢ de la zona primaria,

esquematizado en la figura 4.11, gracias a la siguiente relacion de geometria basica:

t
¢ =arctan| ——— (4-3)
t, cos(a)
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Viruta

Zona primaria to

de cizallamiento
Herramienta

ty

A

Figura 4.11: Posicion intuitiva de la posicion del plano de la zona primaria de cizallamiento en
los estudios experimentales suponiendo un filo de corte formado por una punta perfecta.
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Viruta Herramienta
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uperficie de desprendimiento

<

Figura 4.12: Esquema del modelo numérico de corte que tiene en cuenta un radio de curvatura

no infinitesimal para el filo de corte. Definicion de los angulos @p y ¢* :

El modelo numérico que se utilizo en este estudio tiene un radio de curvatura de
15 micras para el filo de corte, ver la figura 4.12. Este detalle complica la identificacion
geométrica de la zona primaria de cizallamiento. Este plano tiene su comienzo en la
base de la viruta en el lado de la superficie libre pero, intuitivamente, se presentan dos
posibilidades - representados en color en la figura 4.12 - para posicionar el final del

plano del lado de la interfase. La primera posibilidad esta caracterizada por el angulo

*
¢ ,y posiciona el final de la zona primaria en el punto de comienzo de la superficie de

desprendimiento. La segunda alternativa, caracterizada por ¢,, posiciona la zona
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primaria sobre la linea tangente al filo de corte. La zona primaria acabaria entonces

justo en el punto de interseccion de esa linea con el filo de corte.

40 -

20 ®= arctan (t,/ t,) ]
\ ®= arctan (t,/ t,) \

@ (grados)
O (grados)

0 10 20 30 40 50
Velocidad de corte (m/s)

0 I I I
0 10 20 30 40 50

Velocidad de corte (m/s)

Figura 4.13: Comparacion de los tres angulos susceptibles de definir la pendiente de la zona

primaria de cizallamiento para los casos: x# =0.0 (izquierda); ¢ =1.0 (derecha).

En la figura 4.13, se comparan, para dos niveles muy diferentes de la friccion

implementada, los valores dados por la relacion (4-3) con las mediciones directas de los

angulos ¢ y ¢, para los casos correspondientes. Para ambos casos, #=0.0y £=1.0,

las tres cantidades se comportan de una forma muy parecida: Se observa un aumento del
valor de los angulos para las bajas velocidades de corte. Luego, a partir de una velocidad

critica, los valores se estabilizan un poco por debajo de los 30 grados.

A pesar de tener diferencias de condiciones de contorno muy diferentes entre las
simulaciones a friccion implementada nula y 4 =1.0, sobre todo por la existencia o no
de contacto pegado, siempre el angulo medido por debajo del filo de corte, ¢,, €l que se
aproxima mejor, por debajo, a las predicciones obtenidas a partir de la ecuacion (4-3).

Sin embargo, es interesante notar que la aproximacion es mejor cuando x = 0.0.
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5. conclusiones

En este trabajo de analisis geométrico de los resultados numéricos, se ha
desarrollado una metodologia simple que permite determinar la velocidad de la viruta,

el radio de curvatura y el angulo de cizallado.

Asimismo, se pudo observar que el valor, tanto del radio de curvatura de la
viruta, de su espesor, como de las longitudes de contacto total y adherido, tiende a
disminuir con el aumento de la velocidad de corte. Se mostro que estas variables
dependen en gran medida del valor del coeficiente de friccion implementado,
particularmente a bajas velocidades. A altas velocidades de corte, estos resultados
numéricos tienden a acercarse a un valor asintotico. Sin embargo, una serie de estudios
mas profundizados debe ser llevada a cabo para analizar la dependencia de los
comportamientos obtenidos con el tamafio del mallado aplicado en el modelo numérico

desarrollado en este trabajo.

166



Capitulo V: Efecto del contacto en las fuerzas de corte

CAPITULO V:

Efecto del contacto en las fuerzas de corte.
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Capitulo V: Efecto del contacto en las fuerzas de corte

1. Introduccién

En este altimo capitulo analizaremos los resultados numéricos en términos de
variables globales, o macroscopicas, obtenidos con nuestro modelo. Concretamente, se
presentara un estudio sobre la evolucion de las fuerzas de corte y de avance,
respectivamente F. y Fy, con respecto al nivel de friccion implementada, y dentro de un

gran intervalo de velocidades de corte aplicadas.

El codigo de calculo por Elementos Finitos nos proporciona, para un
determinado caso, la evolucion de las fuerzas de corte y de avance con el tiempo, como
ilustrado en la figura 5.1. Los valores analizados en este capitulo son los que se alcanzan
en el régimen estacionario del calculo. En efecto, para cada simulacion numérica, existe
un tiempo critico a partir de cual los valores, en términos de fuerzas de corte y de
avance, por una parte, y de temperatura, por otra parte, no variaban mas. Es importante
notar que este tiempo critico es generalmente del orden de la décima de milisegundos, y
que éste aumenta cuando aumenta el valor de la friccion implementada, o cuando

disminuye la velocidad de corte aplicada.
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©
3
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V=8ms; pn=0.8
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Figura 5.1: Evolucion de las fuerzas de corte y de la temperatura de un elemento en la interfase

para el caso: ¢ =0.8 y V=8m/s. Definicion del régimen estacionario del corte.

A continuacion se analizaran en una primera parte, los resultados numéricos
obtenidos, implementando el modelo de Coulomb con un coeficiente de friccion

constante y, en una segunda parte, el efecto de implementar un modelo de friccion
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donde el coeficiente de Coulomb varia con la velocidad de deslizamiento relativo del

material en la interfase.

2.  Coeficiente de friccion constante

Representando las fuerzas numéricas de corte, F, y de avance, Fy, obtenidas para
varios valores del coeficiente de friccion de Coulomb, figura 5.2, se puede observar una
clara tendencia a la disminucion con el aumento de la velocidad de corte,
particularmente para los elevados valores de la friccion. Se observa que, globalmente, el
efecto del aumento de la friccion, sobre la variacion de fuerzas obtenidas, depende de
que si la velocidad de corte aplicada es relativamente alta o no. Para valores bajos de

velocidad de corte (V <10m/s), F. y F; aumentan con el aumento de p. Pero, para

velocidades de corte mas altas, se observa que las fuerzas de corte y de avance se igualan
entre si para todos los valores de la friccion implementada, siempre que esta tltima sea

mayor del valor 0.2.

Para el caso p = 0.0, la disminucion de las fuerzas de corte ha sido estudiada por

Miguélez et al [48]. Este comportamiento ha sido relacionado con el ablandamiento
térmico del material en la zona primaria de cizallamiento entrando en el régimen
adiabatico. Para los casos con friccion diferente a cero, se puede emitir una hipotesis
parecida, ya que el aumento de la temperatura en la zona secundaria podria estar al
origen de un ablandamiento del material en la interfase y, consecuentemente, ocasionar

la disminucion de las fuerzas de corte.
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Figura 5.2: Evolucion, con respecto a la velocidad de corte, de las fuerzas de corte y de la

friccion macroscopica con varios coeficientes de friccion constantes implementados.
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21.  Efecto del modelo de contacto de Coulomb en los resultados macroscopicos

Para comprobar el efecto del ablandamiento térmico, un estudio paramétrico ha
sido llevado a cabo, donde se vario el valor del coeficiente de Quinney-Taylor # entre
0.5 y 1, en las simulaciones numeéricas. Todos los calculos han sido realizados con

modelos numéricos idénticos y con un valor de friccion constante z=0.6.

Los resultados ilustrados en la figura 5.3 demuestran claramente que la caida del
nivel de las fuerzas con la velocidad de corte es mas rapida a muy bajas velocidades
(V <£4m/s) cuando mayor es el valor de f. Sin embargo, para velocidades de corte
mas altas (V >4m/s), se observa que, cuanto mayor es el valor de /£, menos
importante es la caida obtenida para las fuerzas de corte. Se obtiene también que, a
partir de una velocidad critica (alrededor de los 30 m/s) las curvas de fuerza presentan

una notable estabilizacion.

500 500

400 400 - =

300 300 B

200 200

Fuerza de corte (N/mm)
Fuerza de avance (N/mm)

100

0 I I I I 0
0 10 20 30 40 50 0 10 20 30 40 50

Velocidad de corte (m/s) Velocidad de corte (m/s)

Figura 5.3: Evolucion, con respecto a la velocidad de corte, de las fuerzas de corte y de avance

variando el coeficiente de Quinney-Taylor. Coeficiente de friccion implementado £ =0.6.

La friccion global, o aparente, p,, obtenida en la figura 5.2, y definida como el

cociente de la fuerza de avance por la fuerza de corte, presenta un comportamiento mas
complejo. En primer lugar, uno puede notar que la friccién macroscopica obtenida no es

igual al valor implementado de la friccion p, sino que tiende hacia este valor cuando

baja la velocidad de corte.
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Para los grandes valores de la friccion implementada (> 0.4), el cociente de

las fuerzas de corte obtenidas por las simulaciones numéricas es siempre mas pequefio
que el valor de friccion implementado, y disminuye fuertemente hasta alcanzar un valor
asintotico en el régimen adiabatico. Ademas, como las fuerzas de corte se igualan a
partir de una cierta velocidad de corte, obtenemos pues unos cocientes de fuerzas muy
similares a altas velocidades de corte, y eso para todas las fricciones implementadas

siempre que sean mayores de 0.4.

Este comportamiento se explica gracias al analisis del modelo numérico de
contacto mecanico entre la viruta y la herramienta llevado a cabo en el capitulo III: El
ablandamiento térmico del material en la interfase hace que la tension limite de fluencia

plastica del material t,, caiga por debajo del producto (.o ). Un contacto de

y’
adhesion aparece en la interfase por efecto del modelo numérico de contacto

implementado, y la tension de friccién 7, en esta zona iguala t,. Entonces, el cociente

de la tension de friccion por la tension normal en esta zona de material adherido sera, a

la vez, muy poco sensible y siempre mas pequeno que la friccion implementada p.

u=0.6

=0.5
0.6 [F

p
4

V)

[3:1.0/

0.2 -

04 -

Friccion aparente

0 ! ! ! !
0 10 20 30 40 50

Velocidad de corte (m/s)

Figura 5.4: Evolucion, con respecto a la velocidad de corte, de la friccion macroscopica variando

el coeficiente de Quinney-Taylor. Coeficiente de friccion implementado 4=0.6.

Entonces, para los grandes valores de la friccion implementada (x> 0.4), se

obtiene un ablandamiento de la friccion aparente, con respecto a la velocidad de corte,

debido, por una parte del uso del modelo de friccion de Coulomb, y por otra parte, por
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el ablandamiento térmico del material gobernado en gran proporcion por el coeficiente

f. En la figura 5.4, se comprueba que la disminucion de la friccion aparente es mas

pronunciada a medida que £ aumenta.

Por el contrario, para los pequenos valores de la friccion implementada

(1 £0.2), el cociente de las fuerzas de corte obtenidas por las simulaciones numéricas

es siempre mas grande que el valor de friccion implementado, y tiende a aumentar con
la velocidad de corte hasta un valor asintotico, sin duda al alcanzar el régimen

adiabatico. Particularmente, el caso x# = 0.0 presenta unos resultados interesantes en

cuanto a la interpretacion de los resultados globales: Se obtienen una fuerza de avance,
y un importante valor de friccion aparente (entre 0.15 y 0.22) en un caso donde la
friccion implementada es nula. Childs observo en [55, 57] que, en algunos casos
numéricos, el cociente de la fuerza de avance por la fuerza de corte era mayor que el
coeficiente de friccion implementado, y lo relaciond con el hecho de tener un radio de

filo significativo en la punta de la herramienta.

Entonces, el analisis del comportamiento numérico obtenido para la friccion
aparente, debe contar con las aportaciones de, por lo menos, dos componentes de gran
importancia que son el tipo de modelo de contacto implementado - particularmente, su
comportamiento frente al ablandamiento térmico del material en la interfase -, y el
radio, no despreciable, de la punta de la herramienta. A continuacion, proponemos
desacoplar los efectos resultantes del modelo de contacto, de aquellos que se deben de

la utilizacion de una punta de herramienta redonda.

2.2.  Fuerzas de corte y de avance en la superficie de desprendimiento

Este apartado se centra en el estudio de la interfase, analizando el efecto del
aumento de la velocidad de corte y de la variacion del coeficiente de friccion

implementado, sobre las fuerzas que actaan en la superficie de desprendimiento.
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Figura 5.5: Evolucion, con respecto a la velocidad de corte, de la fuerza normal y tangencial a la

superficie de desprendimiento y el ratio correspondiente para varios coeficientes de friccion
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Consideramos ahora la fuerza normal y la fuerza tangencial a la superficie de
desprendimiento, respectivamente N y T. Los valores de N y de T se obtienen gracias a la
integracion sobre la superficie de desprendimiento de las tensiones normales y de

friccion en la interfase, respectivamente oy 7, segtin las siguientes relaciones:

N = EC o dx (5-1)

T=[° v (5-2)

En la figura 5.5, se puede observar la variacion de N y T con respecto a la
velocidad de corte y a la friccion implementada. En términos de fuerzas, las tendencias
obtenidas son muy parecidas a las precedentes ilustradas en la figura 5.2. Pero, al
contrario de la friccion aparente definida por el ratio F /F, ilustrada en la figura 5.2, el
cociente de T por N, que llamaremos en adelante friccion media en la superficie de

desprendimiento, p, ilustrado en la figura 5.5, nos proporciona la informacion necesaria

para conocer el estado del contacto del material en la interfase.

En efecto, en el caso de tener un contacto totalmente deslizante en la superficie
de desprendimiento, el valor de la friccion media en la superficie de desprendimiento
tiene que ser igual al valor de la friccion implementada como esta explicado en la

siguiente relacion:

T
= — 5’3
H=y= =u (5-3)

I _ IIC Ko 4

En el caso contrario, si existe una parte de contacto pegado en la interfase, se

tendria:

J‘ © dx Ipr dX+J‘I uc dx

I;C o dx

T_
SN

| (o]
<[ %dx= Lo (54)
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Para los casos donde g <0.2, se obtiene en la figura 5.5 que la friccion media

iguala la friccion implementada. No hay contacto de adhesion y, en cuanto a las fuerzas

globales, apenas se nota una pequefia bajada del nivel de las fuerzas de corte.

Al contrario, para los casos donde x> 0.6, se observan caidas importantes de
las fuerzas de corte y de avance. Ademas, el hecho de obtener, a altas velocidades de
corte, valores de la friccion media muy parecidos para x> 0.6 supone que la tension de
friccion esta gobernada por la tension limite de fluencia del material en la interfase, y se
sugiere entonces que la proporcion del contacto de tipo pegado en la interfase tiene que
ser muy alta. En el caso contrario, el aumento del valor de la friccion implementada

haria subir el nivel de la friccion media obtenida.
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Figura 5.6: Evolucion, con respecto a la velocidad de corte, de la longitud de contacto pegado
(a) y del ratio de esta longitud con la longitud de contacto (b) para varios coeficientes de

friccion constantes implementados.

En la figura 5.6, se comprueba la hipotesis expresada en el parrafo anterior: Para
los casos donde 1 <0.2, se observa que no hay contacto pegado en la interfase. Pero,
cuando se aumenta el nivel de friccion implementado particularmente para x> 0.6, se
observa como, de repente, aparece una zona de contacto pegado a partir de unas
determinadas velocidades de corte. Se puede observar que esa velocidad critica de
aparicion del contacto pegado depende del nivel de friccion implementado: Cuanto
mayor es el valor de la friccion implementado, mas baja es esta velocidad critica de

aparicion del contacto pegado.
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Figura 5.7: Distribucion de las tensiones normales y de friccion a lo largo de la superficie de

desprendimiento para varias velocidades de corte. Coeficiente de friccion: #=0.8.

Por ultimo, es importante notar que, a pesar que la longitud de la zona adherida
disminuye con el aumento de la velocidad de corte, figura 5.6-a, en la figura 5.5-b se ve
que la proporcion del contacto pegado en la interfase sube rapidamente, y se estabiliza
al cubrir mas del 65% de toda la superficie de contacto entre la herramienta y la viruta.
Hemos de relacionar este dato con las observaciones expuestas en el capitulo III donde
se comentaba que, en la zona de contacto adherido y a un coeficiente de friccion dado, el
nivel de la distribucion de la tension normal aumentaba con la velocidad de corte,

mientras ¢l de la distribucion de la tension de friccion disminuia.

En realidad, si ilustramos la variacion con respecto a la velocidad de corte, de los

niveles de tension obtenidos para un coeficiente de friccion dado, por ejemplo 1 =0.8,

figura 5.7, uno observa que el nivel de la tension normal solo aumenta en la zona de
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contacto pegado. Al contrario, en la zona de contacto deslizante, la tension normal

tiende a bajar con el aumento de la velocidad de corte.

Zona de contacto adherido Zona de contacto deslizante
Velocidad
de corte Fuerza Fuerza ) Fuerza Fuerza )
(m/s) normal | tangencial 13;1/‘;0 normal | tangencial 13;1/‘;0
(N/mm) | (N/mm) (N/mm) | (N/mm)
2 183 111 0.604 134 106 0.797
8 182 70.0 0.385 37.0 20.7 0.803
15 171 52.5 0.308 20.7 16.5 0.797
30 161 38.1 0.237 12.6 10.1 0.802

Tabla 5.1: Fuerzas normales y de friccion actuando en las zonas de contacto pegado y deslizante

formando la superficie de desprendimiento. Coeficiente de friccion: #=0.8.

Las fuerzas normales y tangenciales en las dos zonas de contacto (adherido y
deslizante) para los casos presentados de la figura 5.7 se muestran en la tabla 5.1.
Cuando la velocidad de corte pasa de 2m/s a 30m/s, las fuerzas normales y tangenciales
actuando en la zona de contacto pegado bajan respectivamente unos 12% y 66%. En la
zona de contacto deslizante, la disminucion es de 90% para ambas fuerzas. Esto quiere
decir que, con el aumento de la velocidad de corte, las fuerzas actuando sobre el
contacto de tipo deslizante, tienen cada vez menos importancia en los resultados
globales, comparandoles con las aportaciones de las fuerzas actuando en la zona de

contacto de tipo pegado.

Para ilustrarlo, se represento en la figura 5.8-a, el cociente de la fuerza normal
(resp. fuerza tangencial), calculada para la zona deslizante, por la fuerza normal N
(resp. fuerza tangencial T) obtenida para toda la superficie de desprendimiento. Se
puede observar como, este ratio disminuye fuertemente de alrededor de 0.45, a bajas
velocidades (2m/s), a valores entre el 0.07 y 0.21 para la velocidad de 30m/s. Este
resultado conduce al siguiente resultado ilustrado en la figura 5.8-b, donde se

demuestra que el comportamiento de la friccion media, obtenida a lo largo de la
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superficie de desprendimiento, esta gobernado fuertemente por el ratio de las fuerzas

medidas en la zona de contacto de tipo pegado.
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Figura 5.8: Cociente de la fuerza normal y de la fuerza tangencial, actuando sobre la zona de
contacto deslizante, por respectivamente Ny T (a). Comparacion de la variacion, con respecto a
la velocidad de corte, de la friccion media a lo largo de toda la superficie de desprendimiento,
con los ratios de fuerzas (tangencial por normal) obtenidas en las dos zonas de contacto,

deslizante y pegado (b). Coeficiente de friccion deslizante: #=0.8.

En la tabla 5.1, la fuerza normal en la zona de contacto adherido baja
ligeramente. Sin embargo, el ablandamiento térmico del material hace que las fuerzas
tangenciales bajan fuertemente. El comportamiento de la friccion media en la superficie
de desprendimiento esta entonces gobernado en gran medida por el ablandamiento del
material, y presenta, en los casos donde se obtiene adherencia del material, poca
sensibilidad al valor implementado del coeficiente friccion. Esto explica la
convergencia, a alta velocidad de corte, de los resultados macroscopicos obtenidos en la

figura 5.5.

2.3. Influencia del radio de filo en los resultados macroscopicos

En las curvas correspondientes al caso x = 0.0 de la figura 5.5, se observa que la

fuerza tangencial a la superficie de desprendimiento es igual a cero. Sin embargo, la
figura 5.2 muestra un valor no nulo para la fuerza de avance. Por otra parte, se obtiene

en la figura 5.2, para los casos con bajo coeficiente de friccion (u <0.4), una friccion

aparente mayor que el coeficiente de friccion implementado. Observaciones similares
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han sido objetos de estudio por Childs en [57] que sugiri6 que esta aparente

consistencia del modelo numérico de friccion era debida a la existencia de una radio de

punta de tamano significativo.
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Figura 5.9: Evolucion, con respecto a la velocidad de corte, de las fuerzas de corte (a) y de

avance (b) obtenidas en punta de la herramienta, r =15um.

Las fuerzas de corte y de avance actuando sobre el filo de corte estan ilustradas

en la figura 5.9. Globalmente, los valores obtenidos para las fuerzas de corte en el filo se

encuentran alrededor de los 30N/mm, y de los 25N/mm para las fuerzas de avance. Es

notable observar que estos valores se quedan constantes con el aumento de la velocidad

de corte, figura 5.10. Asi pues, la fuerza de corte actuando en la punta representa unos

15% del resultado global. Pero en cuanto a la fuerza de avance, la parte debida al radio

de punta depende fuertemente del coeficiente de friccion implementado: en la figura

5.10-b, se observa que la fuerza de avance global se debe totalmente a la componente

vertical de la fuerza actuando sobre el filo de corte para x = 0.0. Al contrario, para altos

niveles de friccion, por ejemplo ¢ =1.0, esa contribucion se sittaa alrededor de los 20%.
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Figura 5.10: Contribucion en las fuerzas macroscopicas de las fuerzas de corte (a), y de avance

(b), actuando sobre el filo de corte. Radio de punta de la herramienta r =15um.

Asimismo, la parte en las fuerzas de corte, y consecuentemente en la friccion
aparente, que corresponde al radio de la punta de la herramienta es significativa ya que
representa la quinta parte de los resultados en términos de fuerzas. El papel de la punta
llega a ser particularmente importante para los pequefios valores de friccion. Pero este
destacado papel del radio del filo de la herramienta se debe también a que, en nuestro
modelo numérico, el avance modelado (t;=0.1mm) no es lo suficientemente importante

para poder despreciar el radio de la punta (154m).

En la figura 5.11, se ilustran la variacion con el aumento del valor del avance, de
las fuerzas de corte, y de la friccion aparente correspondiente, para dos casos diferentes:

el primero siendo un caso de contacto deslizante y a baja velocidad de corte, £ =0.0 y

V=2m/s. El segundo caso es representativo de las simulaciones a alta velocidad de corte y

donde una parte importante del contacto es de tipo adherente, x# = 0.6 y V-8m/s.

Como cabia esperar, los resultados numéricos ilustrados en la figura 5.11
demuestran, tanto para los casos de contacto deslizante como con adhesion, que, para
un valor de radio de punta contante, el aumento del valor del avance hace que la parte
en los resultados globales, debida a las fuerzas actuando en el filo de corte, sea cada vez
menos importante. Cabe destacar que este resultado es particularmente pronunciado

para las bajas fricciones, figura 5.11 (arriba).
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Figura 5.11: Evolucion, con respecto al aumento del avance, de las fuerzas de corte y de la

friccion macroscopica para los casos: ¢ =0.0 y V=2m/s (arriba); ¢ = 0.6 y V-8m/s (abajo).

2.4. Comportamiento de la friccion aparente

En la figura 5.2, se obtiene la convergencia de la friccion aparente para todos los
casos donde g >0.2. Los casos donde x#=0.0 y x#=0.1, las fricciones aparentes
obtenidas se estabilizan, a altas velocidades de corte, a valores que se sittan por debajo
del valor de convergencia de la friccion para los demas casos. En el analisis presentado
sobre el comportamiento de la friccion aparente, se relacioné la disminucion de la
friccion aparente con el ablandamiento térmico del material, y se explico que la
convergencia de los resultados era la consecuencia de la formacion de una importante
zona de contacto de tipo adherido. Este analisis es valido para todos los casos donde

4 >0.4, pero esinadecuado en el caso u=0.2.
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Figura 5.12: Comparacion entre los resultados obtenidos a lo largo de la interfase para los casos

184

cuyas fricciones aparentes son idénticas. Casos: 4 =1.0 (izquierda) y ¢ =0.2 (derecha).



Capitulo V: Efecto del contacto en las fuerzas de corte

En la figura 5.2, a V=50m/s se obtiene, para el caso x =0.2, el mismo valor de la

fuerza de corte y de avance que para los otros casos con una friccion implementada mas
alta. Entonces, unos valores muy parecidos de la friccion aparente estan obtenidos para
todos estos casos, pero esto no quiere decir que estamos delante de una situacion

parecida para estos casos en cuanto a la interfase viruta/herramienta.

En efecto, en la figura 512 reproducimos la distribucion de tensiones,
temperaturas y velocidades de flujo del material, para los casos # =02y ¢=1.0. A
pesar que los resultados macroscopicos sean muy similares, al nivel de la interfase, esta
similitud no se observa: en cuanto al nivel de las tensiones, los dos casos parecen muy
cercanos, pero, la tension de friccion observada en el caso g =1.0 es la tension limite en
cizalladura del material, debida de las altas temperaturas obtenidas en la interfase, y

que genera una zona de adhesion del material, ilustrada en la figura 5.12.

3. Comparacion de los resultados numéricos con datos experimentales

31.  Comportamiento de las fuerzas con la velocidad de corte

En la figura 5.13, se comparan los resultados numéricos obtenidos mediante el
modelo de friccion de Coulomb con un coeficiente de friccion constante, con los
resultados experimentales publicados en [79] por Devillez et al. para el mismo material

y bajo las mismas condiciones de corte.

Globalmente, las tendencias obtenidas para las fuerzas numéricas reproducen
de manera muy satisfactoria el comportamiento de las fuerzas experimentales con la
variacion de la velocidad de corte, figura 5.13. En el caso de las fuerzas de corte, se
observa de los valores experimentales se sittian dentro del espectro formado por las
curvas de las fuerzas numéricas obtenidas mediante los diferentes coeficientes de
friccion. La tendencia numérica obtenida con el coeficiente de friccion g =0.6 es
particularmente representativa de la curva experimental. En cuanto a las fuerzas de
avance, aunque los resultados experimentales se encuentran en el rango de los
resultados numéricos para las bajas velocidades de corte (V <4m/s), se observa para
velocidades de corte mas altas que la fuerza experimental es mas grande que todas las

predicciones numéricas obtenidas en este trabajo.
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Figura 5.13: Comparacion entre los resultados numéricos, obtenidos mediante varios

coeficientes de friccion constantes, con datos experimentales publicados por Devillez et al [79].

Esta diferencia a altas velocidades de corte entre las fuerzas de avance
numeéricas y experimentales resulta en una subestimacion de la friccion aparente
experimental por parte de las predicciones numéricas, figura 5.13. Sin embargo, la
diferencia entre la curva experimental y las numéricas en términos de friccion aparente

parece uniforme para las altas velocidades de corte, figura 5.14.
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Figura 5.14: Comparacion entre las fricciones aparentes obtenidas con el modelo numérico

mediante un coeficiente de friccion constante, con la tendencia experimentales [79].

En el apartado 2.2, se ha explicado que el aumento del nivel de la fuerza de

avance, en los casos numéricos con alta friccion, no se consigue con el aumento del valor

186



Capitulo V: Efecto del contacto en las fuerzas de corte

del coeficiente de friccion implementado ya que la interfase esta gobernada por un
contacto adherido. Por otra parte, en el apartado 2.3, se ha puesto de manifiesto que el
radio de la punta de la herramienta tiende a aumentar el nivel de las fuerzas

macroscopicas.

En la figura 5.15, se reporta la comparacion entre las fuerzas experimentales y

los resultados obtenidos mediante el valor g = 0.8, con un radio de punta r =15zm. Se

ha también reportado en esta figura las tendencias obtenidas con un nuevo modelo

numérico con un coeficiente de friccion constante = 0.8, pero con la diferencia que,

en este tltimo modelo, el valor del radio de punta ha sido duplicado, con r =30um.
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Figura 5.15: Comparacion entre los resultados numéricos, a diferentes valores de radio de la

punta de herramienta, y los datos experimentales de Devillez et al [79].

Con r=30um, las fuerzas de corte aumentan ligeramente de los valores
originales con x=0.8. Por otra parte, las nuevas fuerzas de avance aumentan

sensiblemente hasta llegar, a altas velocidades de corte, al nivel de las fuerzas

experimentales, con lo que se puede comprobar el efecto del radio de filo.

En cuanto a los nuevos valores obtenidos con r =30um, figura 5.16, se observa

una importante mejora del nivel de la friccion aparente con respecto a la tendencia

experimental.
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Figura 5.16: Comparacion de las fricciones aparentes obtenidas a diferentes valores de radio de

la punta de herramienta, con la tendencia experimentales [79].

3.2.  Comportamiento de las fuerzas con el valor del avance

En [80], Sutter & Molinari obtienen la variacion de la friccion aparente con
respecto a la velocidad de corte para dos valores del avance (t;=0.25mm y t;=0.5mm).
Estos resultados fueron obtenidos para el 42CD4 en condicion de corte ortogonal con

un angulo de desprendimiento nulo.

El modelo numérico ha sido modificado para obtener tendencias numéricas a
diferentes valores de avance con el fin de comparar estas tendencias numéricas con los

resultados experimentales presentados en [80].

En la figura 5.17, se puede observar una muy buena correlacion entre las
tendencias numéricas, a diferentes valores de avance, con las tendencias experimentales
obtenidas en [80]. Los modelos numéricos predicen muy satisfactoriamente tanto las
tendencias como los niveles de las fricciones reales, sobre todo en el intervalo medio de

las velocidades.
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Figura 5.17: Comparacion de las fricciones aparentes obtenidas para varios valores del avance,

con los resultados experimentales publicados por Sutter & Molinarien [80]. £ =0.6.
4.  Coeficiente de friccion variable con la velocidad de deslizamiento

De los apartados anteriores, se puede concluir que, la comparacion entre las
fuerzas numéricas y experimentales no es suficiente para validar un modelo numérico,
ya que se ha demostrado que se pueden obtener numéricamente resultados

macroscopicos similares para casos que presentan unas situaciones totalmente opuestas

en la interfase viruta/herramienta.

Para los resultados obtenidos con un coeficiente de friccion constante, a pesar de
obtener muy buena correlacion entre las tendencias numéricas y experimentales,
resulta problematico el hecho de obtener una mayor zona contacto de tipo adherente a

medida que la velocidad de corte aumenta, particularmente a muy altas velocidades de

corte, figura 5.6.
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Figura 5.18: Variacion de la friccion deslizante en funcion de la velocidad para: un contacto
carburo/acero obtenido por Sutter et al. [81](izquierda); un contacto acero/acero obtenido por

Philippon et al. [25] (derecha).

En la figura 5.18 (derecha), Philippon et al presentan la variacion de la friccion
con respecto a la velocidad de corte a diferentes valores de presion aplicada entre las
dos superficies. Uno de los objetivos de este trabajo fue aplicar bajos niveles de presion
entre dos bloques de acero (entre 8MPa y 33MPa). Estos niveles tan bajos de presion
aplicados nos garantizan un contacto de tipo deslizante en la interfase ya que estan
muy por debajo de la tension limite de plastificacion de los aceros. Se puede observar

que la friccion deslizante disminuye con la velocidad hasta unos valores cercanos a 0.2.

Sutter et al presentan en [81] un trabajo similar al anterior pero con la
importante aportacion de utilizar niveles de presion mas altos que en [25].
Concretamente, en [81], se ha estudiado el comportamiento de la friccion entre un
carburo y un acero con el aumento de la velocidad relativa de deslizamiento. Los
resultados mostraban al igual que en [25] que la friccion obtenida disminuia
significativamente para estabilizarse, a partir de 10m/s, en valores que se sittian entre

01y0.2.

A partir de las observaciones expuestas en el apartado anterior, se

implementaron en los calculos numéricos dos modelos de contacto con un coeficiente

de friccion variable, £, (V) v #,(Vs) — en este caso dependiendo de la velocidad de

deslizamiento del material en la interfase, Vs —. La forma en que varia la friccion con la
velocidad de deslizamiento del material ha sido determinada a partir de las dos graficas

ilustradas en la figura 5.18: El valor de la friccion se sitta en valores altos a bajas

190



Capitulo V: Efecto del contacto en las fuerzas de corte

velocidades, y disminuye rapidamente para llegar a valores bajos a altas velocidades,

figura 5.19.

/J(Vs)=ﬂ*+A(

1_V75

JB

(5-5)

En la relacion (5-5) se explicita la forma generalizada de las dos fricciones

variables implementadas en este trabajo. A y B son dos parametros de calibracion, 4" el

valor de la friccion a altas velocidades de deslizamiento relativo, y Ve la velocidad

critica a partir de cual el valor de la friccion es constante. Los parametros que

caracterizan a las dos fricciones implementadas en esta seccion estan dados en la tabla

5.2. Ademas, se ha fijado z4(0) =1,y #,(0<Vs <2)=0.8.

Tabla 5.2: Parametros de calibracion de g4 (V) y #,(Vg) para definir las tendencias

12

0.8

0.4

Friccion implementada

0.2

(V) 1, (Vs)
A 1 1
B 4.2 6
u 0.2 0.1
Verie (M/s) 10 10

observadas en [25] y [81] por la relacion (5-5).

0.6 -
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10 15 20
Velocidad (m/s)

25

30
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0.8
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Figura 5.19: Definicion de los dos modelos de friccion variable implementados en los calculos

numéricos: g4 (Vg ) (izquierda) y g, (Vs) (derecha).

La evolucion de la friccion macroscopica obtenida para estos dos modelos de

friccion variable esta ilustrada a continuacion en la figura 5.20.

Friccién aparente
Friccion aparente

0 10 20 30 40 50 0 10 20 30 40 50
Velocidad de corte (m/s) Velocidad de corte (m/s)

Figura 5.20: Friccion aparente obtenidos para los dos modelos de friccion variable

implementados en los calculos numéricos: (V) (izquierda)y u,(Vs) (derecha).

En primer lugar, se puede comprobar en la figura 5.20 como todos los valores
obtenidos para las dos formas de friccion variable se encuentran entre los resultados
obtenidos con las dos fricciones constantes que caracterizan los valores maximo y
minimo de cada friccion variable. En segundo lugar, podemos comprobar que el valor
de la friccion aparente se aproxima fuertemente a los valores de la friccion aparente de
los modelos con friccion constante a muy bajas y muy altas velocidades de corte, lo que

es consistente con la definicion de las fricciones variables mostradas en la figura 5.19.

En el intervalo de velocidades medias, obtenemos dos tendencias distintas: para
el caso g (Vs), la friccion aparente se aleja rapidamente de la curva obtenida con
4 =1.0. Esto esta relacionado con el hecho de que la friccion implementada (V)
baja rapidamente entre O y 4m/s. Una tendencia muy diferente se puede observar para
el caso p,(Vy) donde, primero, la friccion aparente obtenida es muy proxima la curva
obtenida con = 0.8 (porque en la forma de , (V) ilustrada en la figura 5.19 se ha

definido, para las muy bajas velocidades, una meseta donde la friccion vale 0.8). Luego,
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la friccion aparente obtenida para g, (V) baja fuertemente para pegarse a la curva de la

friccion aparente obtenida con # =0.1.

Es muy importante entender que la forma de la friccion aparente obtenida con
1, (Vs) o 1, (Vs) no puede ser obtenida con un modelo de friccion con un coeficiente
constante. En efecto, para el caso p,(V), esta particularmente claro que ningtn
coeficiente de friccion constante es capaz de aproximar la curva de la friccion aparente
obtenida. Tampoco es el caso para £ (Vs). A pesar de que parece que uno puede
aproximar la evolucion de la friccion aparente obtenida por g, (Vs) con una friccion
constante de tipo #=0.4 o x=0.6 que se encontraria un poco debajo de x=0.8.

Mas que el valor de la friccion aparente obtenido, la dificultad esta presente en el tipo

de contacto en la interfase.

p=1.0

.02 I I I I
0 10 20 30 40 50

-0.2 I I I I
0 10 20 30 40 50

Longitud contacto adherido / longitud contacto
L
Longitud contacto adherido / longitud contacto

Velocidad de corte (m/s) Velocidad de corte (m/s)

Figura 5.21: Evolucion del ratio de contacto de adhesion, con respecto al aumento de la
velocidad de corte, obtenido para los dos modelos de friccion variable implementados en los

calculos numéricos: g4 (Vs ) (izquierda) y g, (Vs) (derecha).

En los resultados obtenidos con los modelos de friccion constante, el porcentaje
de contacto de tipo adherente, con respecto a la longitud de contacto total, siempre

aumentaba con la velocidad de corte, para los altos niveles de friccion (> 0.4). Este

ratio era nulo para los bajos coeficientes de friccion (« <0.2).
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5. Conclusiones

En este capitulo, se analizo el comportamiento de las fuerzas de corte en un
amplio intervalo de velocidades de corte. Implementando un modelo de friccion de

Coulomb con un coeficiente constante, se observo lo siguiente:

. La disminucion de las fuerzas, con el aumento de la velocidad de corte, ha sido
relacionado con un efecto combinado de la forma del modelo de friccion
implementado (Coulomb), junto a la aparicion de la zona de contacto de tipo

adherente debida al ablandamiento del material en la interfase viruta/herramienta.

e La interfase ha sido separada en la superficie de desprendimiento y la punta de la
herramienta, para desacoplar el analisis de los efectos del modelo de friccion en la
zona de contacto. Asimismo, se puso de manifiesto que el principal factor de
disminucion de las fuerzas en la superficie de desprendimiento, era el

ablandamiento térmico del material.

e Se demostro que, a altas velocidades de corte, el nivel de las fuerzas de corte esta
gobernado por la zona adherente del contacto, por lo tanto, poco sensible al

aumento del coeficiente de friccion implementado.

e Por altimo, se confirmo el papel importante de la punta de herramienta en definir el

nivel de la fuerza de avance, particularmente para los bajos coeficientes de friccion.

En el segundo punto, se estudio la validacion experimental del modelo numérico
desarrollado en esta tesis doctoral. Se compararon tendencias experimentales
publicadas para el mismo material, y en las mismas condiciones de corte, con los
resultados numéricos obtenidos mediante un coeficiente de friccion constante, y se

concluyo lo siguiente:

e Las tendencias de las fuerzas de corte previstas por el modelo numérico eran muy

satisfactorias comparandolas con los datos experimentales.
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La validacion experimental se comprob6 para diferentes valores del avance, entre
0.lmm, 0.25mm y 0.5mm, en un amplio intervalo velocidades de corte, entre Im/s y

40 m/s.

El modelo de friccion de Coulomb, con un coeficiente de friccion constante, es
capaz de prever las tendencias experimentales en términos de fuerzas de corte,

siempre que el coeficiente de friccion constante sea bien calibrado.

Por altimo, se ha propuesto dos modelos de friccion variable con la velocidad

relativa de deslizamiento del material en la interfase. Tanto la idea como la forma de

estos dos modelos de friccion variable, han sido desarrolladas a partir de varios estudios

experimentales sobre el comportamiento de la friccion deslizante con respecto a la

velocidad. Las principales aportaciones de este nuevo tipo de modelo de friccion se

presentan a continuacion:

En los resultados numéricos con coeficiente de friccion constante, se observo la
importante dominacion del contacto de tipo adherido, a altas velocidades de corte,
lo que contrasta con los estudios experimentales publicados. Los resultados
obtenidos con los modelos de friccion variables palian esta inconsistencia del

contacto.
La friccion aparente disminuye fuertemente con el aumento de la velocidad de corte,

teniendo en la interfase un contacto de tipo deslizante, lo que coincide con los

resultados experimentales.
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La formacion de viruta es un proceso tecnologico muy presente en la industria
actual. El origen de esta forma de fabricar objetos remonta a los tiempos remotos, pero,
la Revolucion Industrial del siglo XVIII en Europa subrayo la gran importancia de este
proceso de fabricacion, y dio un giro irreversible hacia la necesidad estratégica de
desarrollar, cada vez mas, la tecnologia de las maquinas-herramientas propias a este

proceso.

A pesar de haber sido estudiado durante varios siglos, el proceso de mecanizado
sigue siendo hoy en dia un desafio para toda la comunidad cientifica. Varios estudios
exhaustivos del proceso de formacion de viruta han sido llevados a cabo durante estos
ultimos afios. La inter-actuacion entre las observaciones experimentales y los estudios
analiticos hicieron posible el desarrollo de varios modelos predictivos cada vez mas
cercanos a la realidad del proceso. Sin embargo, el analisis de la bibliografia publicada
en esta temdtica subraya el poco conocimiento de la evolucion, con respecto a las
condiciones de contorno, de algunos fenomenos fisicos importantes — como es el caso
del contacto entre la herramienta y la viruta —. Esta claro que estas dificultades
provienen principalmente de la complejidad de determinacion de una metodologia
global capaz de desacoplar las variables locales relevantes durante los ensayos
experimentales. Este punto dificulta el desarrollo de nuevos modelos analiticos mas

potentes aun.

La herramienta numérica puede presentar una excelente alternativa, para dar un
paso mas alla en la comprension de la evolucion de las variables locales durante el
proceso de arranque de material. Y, entonces, para completar los modelos analiticos. El
presente trabajo consistio en desarrollar un modelo numérico del contacto
termomecanico entre la herramienta y la viruta, y se focalizo en el analisis de sus
contribuciones en los resultados numéricos tanto al nivel local como macroscopico.
Sistematicos estudios paramétricos han sido llevados a cabo para identificar y
cuantificar los efectos de los parametros mas relevantes en el comportamiento de la

interfase.

La contribucion original de este trabajo de tesis doctoral se encuentra en el
analisis la influencia del modelo de friccion de Coulomb en los resultados numéricos del

corte ortogonal. Concretamente, en una primera parte, se variaron tanto el valor del
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coeficiente de friccion constante implementado (entre 0 y 1) como ¢l de la velocidad de

corte aplicada (entre Im/s y 50m/s). En la segunda parte del trabajo, se implementaron

dos coeficientes de friccion variables con la velocidad de deslizamiento relativo del

material en la interfase. El trabajo presentado en esta tesis se centro6 particularmente en

el analisis de las distribuciones de las tensiones —normales y de friccion- y de las

temperaturas en la interfase. Las conclusiones expuestas en este trabajo estan

resumidas por orden cronologico en los siguientes puntos:

200

El Método de los Elementos Finitos es eficiente para modelar numéricamente el
fenomeno de la formacion de viruta. Mas bien, la formulacion ALE (Arbitrary
Lagrangian FEulerian) permite obtener resultados consistentes con las
tendencias observadas experimentalmente, tanto al nivel local —en la interfase—

como macroscopico —fuerzas de corte-.

El modelo numérico de contacto entre la herramienta y la viruta resulta ser un
punto clave para obtener resultados numéricos coherentes con los
conocimientos actuales en el campo cientifico de la tribologia de los metales.
Para el contacto mecanico, se demostro que la condicion de la formacion del
contacto adherido esta directamente relacionado con la formulacion del modelo
de friccion implementado. La aparicion de dicho tipo de contacto ha sido
relacionada con el ablandamiento térmico del material en la interfase. Por otra
parte, se demostrd también que la particion del calor entre la viruta y la
herramienta esta gobernada por el valor de conductancia térmica implementada

en la interfase.

En cuanto a los aspectos geométricos del proceso de formacion de la viruta, se ha
puesto de manifiesto en este trabajo que, aunque se obtiene un gradiente de
velocidad en el espesor de la viruta en el referencial cartesiano, el flujo de la
viruta describe un movimiento de solido rigido. El gradiente de velocidad
observado es la consecuencia del movimiento angular de salida de la viruta, que
caracteriza su curvatura. Se mostrd que este radio de curvatura de la viruta
depende tanto de la velocidad de corte como del valor del coeficiente de friccion

implementado.
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4.

Por ultimo, se estudio la influencia del modelo de contacto sobre las fuerzas de
corte numéricas. Se demostro que la disminucion de las fuerzas de corte, a un
coeficiente de friccion dado, era directamente relacionada al ablandamiento
térmico del material, junto con el tipo de modelo de friccion implementado. Se
ha demostrado también que el aumento del radio de filo tiende a incrementar las
fuerzas de corte, particularmente la fuerza de avance, con lo que, el aumento del
radio de filo aumenta notablemente el nivel de la friccion aparente. Al final, se
compararon datos experimentales con los resultados numéricos obtenidos con
el modelo de friccion con coeficiente constante. Una buena reproduccion de las
fuerzas de corte ha sido observado, pero, al nivel de la interfase, el aumento del
contacto adherido con respecto a la velocidad de corte ha sido obtenido. Este
resultado siendo opuesto a las observaciones experimentales, se modifico el
modelo numérico con la implementacion de una relacion de friccion variable

(dependiente de la velocidad) que respecta las tendencias experimentales.

Los futuros estudios complementarios a este trabajo de tesis se pueden resumir

en los 3 siguientes puntos:

. Primero, implementar otras relaciones para el coeficiente de friccion
variable en el modelo de Coulomb. Seria particularmente interesante
definir un coeficiente de friccion dependiente de la temperatura del
material situado en la interfase, ya que, debido al aumento de la
temperatura en la interfase, se obtiene una competicion entre el
crecimiento de la zona de contacto adherido —por el ablandamiento
térmico del material-, y la disminucion de este mismo contacto de

adhesion —por efecto de la disminucion de la friccion en la interfase-.

. Segundo, analizar la influencia, con respecto a los parametros del
material implementados en la ley constitutiva, de los resultados
numéricos obtenidos con el modelo numérico desarrollado en esta tesis.
Particularmente, el analisis de la contribucion de un parametro de

velocidad de deformacion no despreciable.
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. Por ultimo, estudiar la sensibilidad de los resultados numeéricos
macroscopicos y locales, con los parametros numéricos, principalmente

el tamano de la malla y el esquema de integracion.
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0 | 4 t F F N T I T T
N H (m/s) (mrln) (N/lfm) (N/mtm) Hap (N/mm) | (N/mm) H (M;Z) (Mlzasa)
1 0.0 1 0.1 186 27.0 0.145 166 0.000 0.000 647 0.000
2 0.0 2 0.1 179 29.0 0.162 157 0.000 0.000 647 0.000
3 0.0 4 0.1 175 28.0 0.160 148 0.000 0.000 647 0.000
4 0.0 6 0.1 171 29.0 0.170 145 0.000 0.000 652 0.000
5 0.0 8 0.1 172 28.0 0.163 144 0.000 0.000 652 0.000
6 0.0 10 0.1 172 28.0 0.163 143 0.000 0.000 652 0.000
7 0.0 12 0.1 172 28.5 0.166 143 0.000 0.000 654 0.000
8 0.0 15 0.1 171 30.5 0.178 142 0.000 0.000 655 0.000
9 0.0 30 0.1 170 38.0 0.224 141 0.000 0.000 661 0.000
10 0.0 50 0.1 169 39.0 0.231 142 0.000 0.000 664 0.000
11 0.1 1 0.1 202 44.0 0.218 179 17.9 0.100 642 115

12 0.1 2 0.1 192 45.8 0.238 169 16.9 0.100 641 117

13 0.1 4 0.1 188 43.8 0.233 158 15.8 0.100 641 118

14 0.1 6 0.1 186 457 0.245 157 15.7 0.100 644 120

15 0.1 8 0.1 187 453 0.242 156 15.7 0.100 0647 120

16 0.1 10 0.1 188 47.6 0.254 158 15.8 0.100 647 119

17 0.1 12 0.1 188 47.8 0.255 157 15.7 0.100 648 119

18 0.1 15 0.1 188 47.7 0.254 157 15.7 0.100 650 120

19 0.1 30 0.1 191 47.9 0.251 157 15.7 0.100 655 122

20 0.1 50 0.1 191 47.8 0.251 157 15.7 0.100 658 125

21 0.2 1 0.1 227 64.0 0.282 199 390.9 0.200 615 225

22 0.2 2 0.1 212 64.0 0.303 186 37.1 0.200 624 227

23 0.2 4 0.1 204 65.5 0.322 177 353 0.200 632 232

24 0.2 6 0.1 203 66.0 0.326 167 333 0.200 638 242

25 0.2 8 0.1 202 65.5 0.324 173 347 0.200 647 237

26 0.2 10 0.1 203 65.5 0.323 176 35.2 0.200 647 229

27 0.2 12 0.1 203 66.0 0.325 175 351 0.200 647 232

28 0.2 15 0.1 203 06.4 0.328 175 34.9 0.200 647 232

29 0.2 30 0.1 205 66.5 0.325 167 335 0.200 658 230

30 0.2 50 0.1 205 66.6 0.326 168 33.6 0.200 661 237

31 0.4 1 0.1 308 132 0.429 292 117 0.400 626 383

32 0.4 2 0.1 271 119 0.439 240 95.9 0.400 629 386

33 0.4 4 0.1 246 112 0.454 213 85.4 0.400 635 398

34 0.4 6 0.1 246 111 0.451 214 85.6 0.400 638 400
35 0.4 8 0.1 241 110 0.456 208 83.3 0.400 644 404
36 0.4 10 0.1 232 104 0.447 199 76.4 0.384 652 398

37 0.4 12 0.1 227 99.0 0.436 195 71.4 0.366 652 393

38 0.4 15 0.1 221 92.5 0.420 188 64.6 0.343 655 386

39 0.4 30 0.1 212 78.5 0.370 172 47.2 0.274 657 360

40 0.4 50 0.1 207 70.5 0.341 175 42.0 0.240 661 341
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0 V]t F F N T m T T
N H (m/s) (mrln) (Nimm) (N/mtm) Hap (N/mm) | (N/mm) H (M;Z) (Mlzgsa)
41 0.6 1 0.1 363 222 0.611 339 204 0.600 624 506
42 0.6 2 0.1 339 205 0.605 311 185 0.594 624 523
43 0.6 4 0.1 270 154 0.572 241 134 0.556 635 507
44 0.6 6 0.1 261 134 0.514 225 110 0.488 641 478
45 0.6 8 0.1 247 120 0.484 214 95.4 0.446 647 440
46 0.6 10 0.1 239 109 0.455 205 83.9 0.410 652 419
47 0.6 12 0.1 231 100 0.433 197 74.5 0.378 652 397
48 0.6 15 0.1 224 93.0 0.415 191 67.9 0.356 655 391
49 0.6 30 0.1 214 77.0 0.360 173 48.7 0.282 657 350
50 0.6 50 0.1 209 68.5 0.328 175 36.6 0.209 661 328
51 0.8 1 0.1 437 327 0.747 408 309 0.757 618 562
52 0.8 2 0.1 350 238 0.681 319 217 0.678 621 528
53 0.8 4 0.1 295 176 0.598 265 158 0.598 624 476
54 0.8 6 0.1 264 136 0.514 231 116 0.501 630 449
55 0.8 8 0.1 252 122 0.483 219 100 0.458 640 423
56 0.8 10 0.1 243 112 0.461 21 88.9 0.422 642 391
57 0.8 12 0.1 236 102 0.432 204 8L.0 0.397 647 376
58 0.8 15 0.1 230 93.0 0.405 192 69.9 0.364 650 362
59 0.8 30 0.1 215 76.0 0353 173 49.1 0.283 658 334
60 0.8 50 0.1 212 70.4 0333 174 42.6 0.245 658 315
61 1.0 1 0.1 478 389 0.812 443 367 0.829 606 517
62 1.0 2 0.1 365 269 0.736 335 249 0.744 612 502
63 1.0 4 0.1 305 210 0.689 272 169 0.623 629 480
64 1.0 6 0.1 268 141 0.526 231 116 0.501 635 454
65 1.0 8 0.1 254 123 0.484 221 104 0.470 641 447
66 1.0 10 0.1 245 1 0.453 213 91.2 0.428 647 402
67 1.0 12 0.1 238 102 0.429 206 82.8 0.402 652 390
68 1.0 15 0.1 228 91.0 0.399 191 69.9 0.366 652 378
69 1.0 30 0.1 217 72.5 0.334 180 52.5 0.292 655 341
70 1.0 50 0.1 212 70.2 0.331 173 44.7 0.259 658 326
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Ne m vV t ts L. L1171 ¢ Pa ¢ Tnax
(m/s) (mm) (mm) (mm) (mm) PO (grad) (grad) | (grad) (x)
1 0.0 1 01 | 0231 | 0163 | 0.000 | 0.000 | 234 | 234 | 210 | 656
2 0.0 2 01 | 0217 | 0155 | 0.000 | 0.000 | 247 | 245 | 220 | 691
3 0.0 4 01 | 0205 | 0147 | 0.000 | 0.000 | 260 | 253 | 234 | 731
4 0.0 6 01 | 0199 | 0142 | 0.000 | 0.000 | 267 | 261 | 242 | 76l
5 0.0 8 01 | 0195 | 0041 | 0.000 | 0.000 | 271 | 262 | 245 | 765
6 0.0 10 01 | 0191 | 0142 | 0.000 | 0.000 | 27.6 | 269 | 242 | 774
7 0.0 12 01 | 0189 | 0137 | 0.000 | 0.000 | 27.9 | 270 | 244 | 781
8 0.0 15 01 | 0183 | 0136 | 0.000 | 0.000 | 287 | 279 | 253 | 784
9 0.0 30 01 | 0162 | 0128 | 0.000 | 0.000 | 3L7 | 305 | 285 | 800
10 0.0 50 01 | 0170 | 0129 | 0.000 | 0.000 | 305 | 298 | 272 | 824
il 0.1 1 0.1 | 0238 | 0194 | 0000 | 0.000 | 228 | 224 | 203 | 689
2 0.1 2 0.1 | 0220 | 0180 | 0.000 | 0.000 | 245 | 239 | 216 | 737
13 0.1 4 01 | 0206 | 0173 | 0.000 | 0.000 | 259 | 253 | 224 | 785
14 0.1 6 01 | 0204 | 0169 | 0.000 | 0.000 | 262 | 254 | 236 | 821
15 0.1 8 01 | 0200 | 0168 | 0.000 | 0.000 | 266 | 255 | 229 | 843
16 0.1 10 01 | 0205 | 0168 | 0.000 | 0.000 | 260 | 252 | 225 | 868
17 0.1 12 01 | 0203 | 0168 | 0.000 | 0.000 | 262 | 254 | 224 | 884
18 01 15 01 | 0201 | 0168 | 0.000 | 0.000 | 264 | 255 | 229 | 906
19 0.1 30 01 | 0194 | 0168 | 0.000 | 0.000 | 272 | 264 | 238 | 976
20 0.1 50 01 | 0190 | 0163 | 0.000 | 0.000 | 277 | 282 | 258 | 1020
20 02 1 01 | 0265 ] 0200 | 0.000 | 0.000 | 207 | 199 | 181 | 736
22 0.2 2 01 | 0234 | 0188 | 0.000 | 0.000 | 231 | 220 | 200 | 802
23 0.2 4 01 | 0217 | 0174 | 0.000 | 0.000 | 247 | 240 | 221 | 874
24 0.2 6 0.1 | 0201 | 0163 | 0.000 | 0.000 | 265 | 255 | 234 | 927
25 0.2 8 01 | 0204 | 0164 | 0.000 | 0.000 | 261 | 254 | 232 | 979
26 0.2 10 01 | 0216 | 0175 | 0.000 | 0.000 | 248 | 239 | 219 | 1028
27 0.2 12 01 | 0212 | 0170 | 0.000 | 0.000 | 253 | 242 | 221 | 1059
28 0.2 15 01 | 0208 | 0170 | 0.000 | 0.000 | 257 | 247 | 227 | 1100
29 0.2 30 01 | 0194 | 0159 | 0.000 | 0.000 | 273 | 265 | 244 | 1189
30 02 50 01 | 0199 | 0165 | 0.000 | 0.000 | 267 | 260 | 236 | 1287
31 0.4 1 01 | 0400 | 0341 | 0000 | 0.000 | 140 | 145 | 127 | 832
32 0.4 2 01 | 0323 | 0278 | 0000 | 0.000 | 172 | 171 | 154 | 934
33 04 4 01 | 0265 | 0238 | 0.000 | 0.000 | 207 | 188 | 171 | 1062
34 04 6 01 | 0262 | 0235 | 0.000 | 0.000 | 209 | 201 | 185 | 1150
35 04 8 01 | 0248 | 0226 | 0.000 | 0.000 | 220 | 210 | 194 | 1231
36 0.4 10 01 | 0233 | 0217 | 0132 | 0608 | 232 | 222 | 198 | 1377
37 0.4 12 01 | 0227 | 0213 | 0033 | 0625 | 238 | 229 | 206 | 1417
38 0.4 15 01 | 0213 | 0204 | 0128 | 0629 | 251 | 239 | 217 | 1454
39 0.4 30 01 | 0191 | 0184 | 0020 | 0.653 | 27.6 | 266 | 246 | 1535
40 04 50 01 | 0191 | 0180 | 0121 | 0673 | 27.6 | 266 | 245 | 1584
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Ne m vV t ts L. L1171 ¢ Pa ¢ Tnax
(m/s) (mm) (mm) (mm) (mm) PO (grad) (grad) | (grad) (x)
41 0.6 1 01 | 0443 | 0450 | 0000 | 0.000 | 127 | 123 | 11 | 947
42 0.6 2 01 | 0346 | 0414 | 0.025 | 0.060 | 161 | 133 | 124 | 1098
43 0.6 4 01 | 0295 | 0306 | 0156 | 0510 | 187 | 175 | 160 | 1228
44 0.6 6 01 | 0260 | 0273 | 0167 | 0.613 | 204 | 189 | 172 | 1306
45 0.6 8 01 | 0252 | 0249 | 0157 | 0.630 | 216 | 201 | 178 | 1356
46 0.6 10 01 | 0240 | 0235 | 0152 | 0.647 | 226 | 210 | 187 | 139
47 0.6 12 01 | 0230 | 0223 | 0.140 | 0.668 | 235 | 218 | 196 | 1431
48 0.6 15 01 | 0215 | 0212 | 0.142 | 0.670 | 249 | 228 | 207 | 1459
49 0.6 30 01 | 0090 | 0187 | 0125 | 0.669 | 27.8 | 261 | 241 | 1546
50 0.6 50 01 | 0101 | 0182 | 0126 | 0.693 | 276 | 261 | 239 | 1598
51 0.8 1 01 | 0544 | 0662 | 0150 | 0227 | 104 | 970 | 846 | 1054
52 0.8 2 01 | 0413 | 0465 | 0220 | 0474 | 136 | 124 | 112 | 162
53 0.8 4 01 | 0320 | 0356 | 0223 | 0626 | 174 | 161 | 144 | 1281
54 0.8 6 01 | 0276 | 0.201 | 0189 | 0.649 | 199 | 184 | 166 | 1350
55 0.8 8 01 | 0257 | 0267 | 0174 | 0653 | 213 | 196 | 17.8 | 1402
56 0.8 10 01 | 0245 | 0247 | 0164 | 0.663 | 222 | 204 | 184 | 1448
57 0.8 12 01 | 0234 | 0233 | 0156 | 0671 | 231 | 210 | 192 | 1483
58 0.8 15 01 | 0216 | 0219 | 0148 | 0.674 | 248 | 228 | 207 | 1518
59 0.8 30 01 | 0200 | 0175 | 0119 | 0.678 | 266 | 257 | 236 | 1551
60 0.8 50 01 | 0194 | 0168 | 0107 | 0637 | 273 | 254 | 235 | 1576
6l 1.0 1 01 | 0600 | 0721 | 0334 | 0463 | 932 | 946 | 825 | 1130
62 1.0 2 01 | 0437 | 0563 | 0280 | 0497 | 129 | 122 | 110 | 1198
63 1.0 4 01 | 0333 | 0385 | 0242 | 0629 | 167 | 160 | 143 | 1275
64 1.0 6 01 | 0283 | 0306 | 0191 | 0.624 | 195 | 184 | 169 | 1331
65 1.0 8 01 | 0260 | 0277 | 0184 | 0.663 | 210 | 197 | 177 | 1379
66 1.0 10 01 | 0247 | 0251 | 0169 | 0673 | 220 | 205 | 185 | 1416
67 1.0 12 01 | 0236 | 0236 | 0.164 | 0.695 | 230 | 213 | 195 | 1445
68 1.0 15 01 | 0219 | 0220 | 0154 | 0702 | 245 | 230 | 211 | 1476
69 1.0 30 01 | 0190 | 0200 | 0.142 | 0710 | 27.8 | 251 | 227 | 1561
70 1.0 50 01 | 0191 | 0091 | 0031 | 0.686 | 27.6 | 263 | 246 | 1578

221




	Page de titre
	Table des matières:
	1. Introduction – Etat de l’art:
	2. Modélisation numérique de la coupe orthogonale:
	3. Analyse du contact thermomécanique à l’interface
	4. Cinématique de la formation du copeau
	5. Effet du contact sur les forces de coupe
	6. Conclusion générale
	References
	MANUSCRIT DE THESE

