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RESUMO

Neste estudo, a influéncia de velocidade de corte, avanco e método lubrirrefrigerante (corte a
seco, jorro convencional e ar refrigerado por meio de tubo de vortice) sobre a temperatura da
ferramenta, forca de usinagem, acabamento da superficie usinada, mecanismos de desgaste e
vida da ferramenta de corte foi investigada durante o torneamento do acgo inoxidavel
supermartensitico (AISM) utilizando ferramentas de metal duro. Os resultados mostraram
que a varia¢do da taxa de aquecimento afeta as temperaturas de transformacdo de fases do
AISM e, portanto, sugere-se que a aplicagdo de fluidos de corte pode influenciar seu estado
termodindmico durante o torneamento. Além disso, a temperatura da ferramenta foi
influenciada pelo método de lubrirrefrigeragdo e pelos parametros de corte (velocidade de
corte e avango). Por outro lado, o método lubrirrefrigerante ndo afetou significativamente as
componentes da forca de usinagem e a rugosidade da peca. As componentes da for¢a de
usinagem foram influenciadas principalmente pelo avango, seguido pela velocidade de corte e
pela interagdo entre avango e velocidade de corte. A rugosidade da pega foi influenciada pelo
avanco, cujo aumento foi responsavel por um efeito prejudicial sobre o acabamento
superficial. Ademais, os testes de vida da ferramenta utilizando velocidades de corte de 160
m/min e 200 m/min com avango de 0,1 mm/rev indicaram que os mecanismos de desgaste sdo
sensiveis ndo s6 a variacdo da velocidade de corte, mas também ao método de
lubrirrefrigerag¢do. O desgaste apresentado pelas ferramentas de corte ndo foi resultado de um
unico mecanismo, mas uma combina¢do de varios, notadamente abrasdo, attrition (aderéncia

e arrastamento) e difusao.

Palavras-chave: Ac¢o inoxidavel supermartensitico, Torneamento; Temperatura e forgca de
usinagem; Acabamento superficial; Vida e desgaste de ferramenta.



ABSTRACT

In this study, the influence of cutting speed, feed rate, and lubrication-cooling method (dry
cutting, flooding, and vortex tube air cooling) on tool temperature, machining force, surface
roughness, wear mechanisms and tool life was investigated during turning of supermartensitic
stainless steel using tungsten carbide tools. The results showed that the variation in the
heating rate affects the phase transformation temperatures of the work material and, therefore,
it is suggested that the application of cutting fluids can influence its thermodynamic state
during turning. In addition, tool temperature was influenced by the lubrication/cooling
method and cutting parameters (cutting speed and feed rate). On the other hand, the
lubrication-cooling method did not significantly affect the components of the machining force
and the machined surface roughness. Machining force components were mainly influenced by
feed rate, followed by cutting speed and the interaction between feed rate and cutting speed.
The surface roughness of the workpiece was influenced by feed rate, which increase was
responsible for a deleterious effect on surface quality. Furthermore, tool life tests using
cutting speeds of 160 m/min and 200 m/min with feed rate of 0.1 mm/rev indicated that the
wear mechanisms are sensitive not only to a variation in cutting speed but also to the
lubrication-cooling method. The wear mechanisms presented in the cutting tools are not the
result of one single mechanism, but a combination of abrasion, attrition (adherence and drag)

and diffusion.

Keywords: Supermartensitic stainless steel; Turning; Cutting temperature and machining

force; Surface quality; Tool life and wear.
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1 INTRODUCAO

As propriedades de alta resisténcia mecanica e boa resisténcia a corrosao na presenga
de dioxido de carbono (CO;) potencializam o uso do ago inoxidavel supermartensitico
(AISM) na fabricagdo de tubos e acessorios em ambientes operacionais de 6leo e gas. No
Brasil, a industria offshore tem experimentado um crescimento exponencial impulsionado
pela descoberta de novas reservas de petréleo em aguas ultraprofundas, aumentando a busca
por estes acos consideravelmente, sobretudo pelo baixo custo quando comparado aos agos
super duplex para uma mesma aplicagdo.

Os acos inoxidaveis supermartensiticos possuem caracacteristica de super
temperabilidade, ou seja, uma microestrutura martensitica pode ser obtida partindo do campo
austenitico utilizando qualquer taxa de resfriamento de engenharia. Além disso, seu
revenimento adequado resulta na transformagdo reversa da martensita em austenita, que ¢
metaestavel e pode ser retida a temperatura ambiente. A distribuicao de austenita reversa ao
longo dos limites inter-ripas de martensita associada a capacidade de transformacao de fase da
austenita reversa em martensita durante ou ap6s a deformagao plastica confere aos AISMs alta
resisténcia mecanica e tenacidade. Por outro lado, essas caracteristicas os tornam materiais de
dificil usinabilidade, podendo provocar o desgaste acelerado da ferramenta de corte e a baixa
qualidade superficial da peca.

Durante a usinagem dos AISMs grande parte da energia consumida ¢ convertida em
calor na zona de corte devido a deformacao plastica do material da peca, ao cisalhamento do
cavaco e ao atrito entre o cavaco ¢ a ferramenta e também entre ferramenta e pega. As altas
temperaturas induzidas pelo processo de corte tém efeito significativo sobre o mecanismo de
formag¢do de cavacos e consequentemente, fatores como vida da ferramenta, forcas de
usinagem e qualidade superficial da peca sdo afetados.

Com intuito de minimizar os efeitos prejudiciais causados pelo gradiente de
temperatura induzido pelo processo de corte, diversos tipos de fluidos de corte tem sido
utilizados. Contudo, a aplicabilidade de cada fluido de corte depende de diversos fatores como
material da peca, tipo de operagdo e parametros de corte adotados. Além disso, a crescente
demanda por produtos sustentaveis direciona o uso racional de fluidos de corte na usinagem,
tornando-a na medida do possivel um processo limpo e sustentavel e, em alguns casos, a
necessidade de utilizagdo de fluidos de corte é descartada. Portanto, o estudo sobre a
adequabilidade do método de lubrirrefrigeragao para cada operacdo de usinagem torna-se

parte vital de qualquer industria de manufatura. Nesse sentido, ¢ de extrema importincia
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controlar os parametros de corte € a condi¢ao de lubrirrefrigeragdo com intuito de maximizar
a produgdo e reduzir os custos de usinagem promovendo uma boa qualidade superficial da
peca. Assim, este trabalho tem como objetivo contribuir para o aprofundamento do
conhecimento sobre a usinabilidade dos acos AISMs e contribuir com informagdes uteis e

relevantes para a indistria de manufatura e petrolifera.
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2 OBJETIVOS

Este trabalho teve como objetivo principal investigar a influéncia dos parametros de
corte ¢ do método de lubrirrefrigeracdo sobre a usinabilidade do ago inoxidavel

supermartensitico na operagdo de torneamento utilizando ferramenta de metal duro.

2.1 Objetivos especificos

Especificamente, estudou-se a influéncia da taxa de aquecimento sobre as
transformagdes de fase do ago inoxidavel supermartensitico por meio de dilatometria. Além
disso, avaliou-se a influéncia dos parametros de corte (velocidade de corte e avango) e do
método de lubrirrefrigeragdo (corte a seco, jorro convencional e ar refrigerado por tubo de
vortice) sobre a temperatura da ferramenta, componentes da forca de torneamento, rugosidade

da superficie usinada, vida e desgaste da ferramenta de corte.
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3 REVISAO BIBLIOGRAFICA

Este capitulo apresenta alguns conceitos relevantes sobre a temperatura de corte e seus
efeitos sobre o processo de usinagem. Além disso, sdo apresentados os principais métodos de
lubrirrefrigeragdo comumente utilizados na usinagem com intuito de mitigar os efeitos

adversos causados pela alta temperatura associada ao corte de metais.
3.1 Fontes de calor na usinagem

A temperatura de corte e o calor gerado na interface ferramenta-cavaco durante
operagdes de usinagem sdo reconhecidos como os principais fatores que influenciam o
desempenho da ferramenta, a integridade superficial da peca e sua qualidade dimensional.
Além disso, os mecanismos de desgaste da ferramenta ativados pela temperatura limitam os
parametros de corte, interferindo diretamente nas condi¢des econdomicas do processo de
usinagem (TRENT e WRIGHT, 2000; ARTOZOUL; LESCALIER; DUDZINSKI, 2015).

Praticamente toda a energia mecanica associada a formacdo de cavacos se transforma
em calor, produzindo altas temperaturas nas zonas de deformacdo e nas regides vizinhas ao
cavaco, ferramenta e peca (KRYZHANIVSKYY et al., 2018). Segundo Ferraresi (1977),
aproximadamente 90% de todo o trabalho mecéanico na usinagem ¢ convertido em energia
térmica que ¢ distribuida na forma de calor entre cavaco, ferramenta e pega. A Figura 3.1
representa esquematicamente as fontes de calor no corte ortogonal. Primeiramente, o calor ¢
gerado na zona primaria de cisalhamento proveniente do trabalho de cisalhamento interno do
material, onde ¢ iniciada a formag¢do do cavaco, e onde o material da pega sofre severa
deformagdo plastica. O trabalho plastico realizado no plano de cisalhamento primario gera
uma grande quantidade de calor (DIAZ-ALVAREZ et al., 2017). A maior parte desse calor é
dissipada pelo cavaco, mas uma parte ¢ transmitida para a peca por condug¢do causando
dilatagdo térmica e, consequentemente, prejudicando a precisdo dimensional (MACHADO et
al., 2015). Dependendo da velocidade de corte empregada e do material da peca, o aumento
de temperatura devido ao trabalho realizado na zona primaria de cisalhamento pode ser
expressivo, chegando a 200 °C nas proximidades do plano de cisalhamento primario
(KOMANDURI; HOU, 2000).

Além disso, o calor também ¢ gerado na zona secunddria de cisalhamento devido ao
trabalho realizado na deformacdo do cavaco e na supera¢do do atrito cinético na zona de
interface entre o cavaco e a ferramenta. O aumento de temperatura na ferramenta de corte ¢
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principalmente atribuido a contribui¢cdo da zona secundéria de cisalhamento. O aquecimento
local nesta zona resulta em altas temperaturas, podendo levar a efeitos adversos e em alguns
casos efeitos benéficos ao corte de metais. Por exemplo, as altas temperaturas geradas nessa
zona podem levar ao amaciamento térmico do material, diminuindo as for¢as necessarias para
a remocdo de cavacos. Por outro lado, o calor gerado na zona secundaria de cisalhamento
pode favorecer os mecanismos de desgaste da ferramenta de corte ativados termicamente,
sendo o principal limitador da taxa de remogao de material (TRENT e WRIGHT, 2000).

Finalmente, o calor gerado na zona de deformacao terciaria, na interface entre a peca
e a ferramenta, ¢ devido ao trabalho realizado para superar o atrito que ocorre no contato entre
a superficie de folga da ferramenta e a superficie recém-usinada da pega (ABUKHSHIM;
MATIVENGA; SHEIKH, 2006).

Figura 3.1: Representacio esquematica de um modelo de transferéncia de calor no corte ortogonal de
metais considerando o efeito combinado das trés fontes de calor
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Fonte: adaptado de Abukhshim; Mativenga; Sheikh (2006).

O trabalho de cisalhar o material para formar o cavaco envolve a dissipagdo de calor
resultante do atrito interno (pin) no material da peca, conforme ilustra a Figura 3.2. Além
disso, os trabalhos para mover o cavaco sobre a superficie de saida da ferramenta e a

superficie recém-usinada sobre a superficie de folga sdo necessarios para superar o atrito entre
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a ferramenta e o cavaco ou a peca de trabalho, podendo envolver o atrito interno devido a

aderéncia entre as superficies (DA SILVA e WALLBANK, 1999).

Figura 3.2: Representacio do atrito interno na usinagem do ago C45

Fonte: Klocke; Lortz; Trauth (2018).

O atrito na interface entre ferramenta e cavaco ¢ influenciado por muitos parametros,
como carga normal, velocidade de deslizamento, temperatura da interface, propriedades dos
materiais envolvidos, rugosidade da superficie, lubrificacdo, entre outros (GREGORIO et al.,
2019). Por exemplo, o atrito entre dois materiais diferentes, como ferramenta e cavaco ou
ferramenta e peca, pode ser influenciado pela presenca de fluidos de corte, revestimento da
ferramenta e 6xidos ou sulfetos da camada ndo metalica, enquanto o atrito interno pode ser
influenciado por fases presentes no material como o -Fe e por elementos de liga como
MnS; e Pb (KLOCKE; LORTZ; TRAUTH, 2018).

As condigdes atmosféricas também exercem um papel importante sobre o atrito
durante o processo de corte de metais. Gregorio et al. (2019) estudaram a influéncia do
mecanismo de oxidag@o no atrito por meio do corte ortogonal de metais na presenga de gases
inerte e ativo. Os resultados mostraram que variagdes significativas no coeficiente de atrito e
na geometria do corte sdo promovidas pela concentragdo de oxigénio no meio circundante,
evidenciando que os filmes de 6xido, formados em uma superficie recém-usinada exercem
influéncia no comportamento triboldgico no corte de metais. Além disso, foi observado que o
coeficiente de atrito varia em fun¢do dos parametros do processo, isto ¢, conforme o cavaco

desliza sobre a superficie de saida da ferramenta.
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A presenga de 6xidos pode levar a um aumento ou redugdo do coeficiente de atrito,
dependendo do material de teste e do tipo de protecao gasosa. Rosa et al. (2019) realizaram
testes experimentais para verificar a influéncia da concentragdo de oxigénio (0, 21 e 100% em
volume) sobre o coeficiente de atrito durante o corte de metais utilizando ferramenta de metal
duro polida (Ra = 0,01pum) sob condigdes atmosféricas controladas de argdnio e oxigénio. Por
meio da Figura 3.3(a) ¢ possivel observar que para a maioria dos metais houve um aumento
no coeficiente de atrito quando se utilizou 21% de oxigénio em relacdo a condicao de 0% de
oxigénio (100% de argodnio). Esse fato foi atribuido ao fendmeno de adesdo devido a reagdes
quimicas que ocorrem entre o oxigénio e o metal puro formando filmes de 6xidos na
superficie inferior do cavaco, enquanto que em condigdes atmosféricas inertes essas reagdes
sao inibidas. No entanto, o comportamento do coeficiente de atrito varia para diversos metais
puros de acordo com o aumento da concentracdo de oxigénio. A afinidade quimica entre o
elemento metalico e o oxigénio controla a influéncia da concentracdo de oxigénio sobre o
coeficiente de atrito. Resultados semelhantes foram encontrados para materiais de engenharia
conforme mostra a Figura 3.3(b). No entanto, os metais puros apresentaram maior

sensibilidade a concentragdo de oxigénio do que ligas usadas em engenharia.

Figura 3.3: Coeficiente de atrito em fun¢io da concentracio de oxigénio no meio circundante de varios
materiais: (a) metais puros (b) materiais de engenharia
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Fonte : Rosa; Gregorio; Davim (2019).

No caso de protecdo por gas inerte, como as que envolvem argonio (Ar) ou nitrogénio
(N2), a oxidacdo do cavaco ocorre somente apds o processo de remocdao do material, ndo
interferindo no atrito. No entanto, quando a remo¢do do material ocorre na presenca de

oxigénio, resulta na formacao de filmes de 6xido na parte inferior do cavaco. Essa reagdo
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quimica ocorre sob pressdo, promovendo a adesdo a frio de cavaco nas asperezas da ponta da
ferramenta e podendo mudar o raio de curvatura do cavaco, conforme ilustra a Figura 3.4

(ROSA; GREGORIO; DAVIM, 2019).

Figura 3.4: Representacio esquematica da formacao de filmes de 6xido na superficie do cavaco e seu
acimulo em funcio da concentracio de oxigénio
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Fonte: adaptado de Rosa; Gregorio; Davim (2019).

Para avaliar a influéncia do ambiente sobre as condi¢oes de corte durante o fresamento
da liga de titanio Ti-6Al-4V, Maier et al. (2020) utilizaram atmosfera de argonio (Ar) dopada
com 1,5 % em volume de silano (SiH4) sob condigdes de extremo alto vacuo (XHV) com
pressdes parciais de oxigénio abaixo de 10%° bar, garantindo que a oxidacdo se torne
cineticamente impossivel. Os autores confrontaram os resultados da usinagem sob XHV com
a usinagem a seco (ar atmosférico). A Figura 3.5 ilustra a intensidade média das forcas de
avango (Fy) e de corte (F.). Observa-se que ha uma reducao significativa nas forgas durante a
usinagem na condi¢do de XHV, principalmente na for¢a de avango (cerca de 70%), em
compara¢do com a condi¢do de ar atmosférico. Uma forte adesdo do material da peca na
ferramenta de corte ocorreu em condigdes atmosféricas contendo oxigénio; ja na usinagem
sob atmosfera XHV, a auséncia de oxigénio resultou em uma diminui¢do na adesdo de titanio.
A adesdao de material altera a geometria da ferramenta e, portanto, o comportamento de atrito
entre a ferramenta e a pega, mudando assim as condi¢des de formacdo dos cavacos e,
consequentemente, afetando a for¢a de usinagem. A adesdo do material da pega na ferramenta
pode levar a um aumento do raio efetivo da aresta de corte que, por sua vez, resulta em um

aumento da espessura minima do cavaco e, portanto, da propor¢do do material que ¢
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deslocado sob a aresta de corte. Com isso, ha um aumento nas forgas de corte e avango, sendo

que a forga de avango mostrou-se ser mais sensivel as mudangas no raio da aresta de corte.

Figura 3.5: Componentes da forca de usinagem para o fresamento em ar atmosférico e sob atmosfera
XHV
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Fonte: Maier et al. (2020).

3.2 Efeito dos parametros de corte sobre a temperatura de usinagem

O calor e a temperatura durante a usinagem sao fendomenos complexos que podem ser
afetados por diversos parametros. A seguir serdo discutidos os principais parametros de corte

que afetam diretamente a temperatura de usinagem.

3.2.1 Velocidade de corte

O fator que mais influencia na distribuicdo de energia no sistema de corte ¢ a
velocidade de corte (v¢), pois ela determina a intensidade das fontes de calor (ASTAKHOV,
2004). Conforme El Hakim et al., (2015), o aumento da velocidade de corte aumenta a taxa na
qual a energia ¢ consumida por meio da deformacao plastica e do atrito e, portanto, aumenta a
taxa de calor gerado na zona de corte. Dosbaeva et al. (2015) estudaram o efeito da
temperatura de corte no torneamento do aco ferramenta AISI D2 (dureza de 52 HRC) por
meio do método do termopar ferramenta-peca, utilizando ferramentas de nitreto cubico de
boro policristalino -PcBN (60% cBN + ligante TiN) e de metal duro revestido com TiCN (4
pm) / AlLbOs (6 pm) / TiN (2 pm) por deposicdo quimica de vapor - CVD. O efeito da
velocidade de corte pode ser observado por meio da Figura 3.6, na qual nota-se um aumento
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significativo da temperatura com o aumento da velocidade de corte. Quando a ferramenta de
metal duro ¢ usada, temperaturas mais altas sdo observadas até a velocidade de corte atingir
100 m/min, devido a sua difusividade térmica ser mais baixa em relagdo a ferramenta de
PcBN nessa faixa de temperatura. Na faixa de temperatura entre 100 m/min ¢ 175 m/min, a
temperatura de corte foi semelhante para ambas as ferramentas, atingindo 1130 °C para
ferramenta de metal duro e 1170 °C para ferramenta de PcBN na velocidade de corte de 175

m/min.

Figura 3.6: Efeito da velocidade de corte sobre a temperatura de corte
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Fonte: Dosbaeva et al. (2015).

Al Huda ef al. (2002) relataram uma grande influéncia da velocidade de corte sobre a
temperatura de corte durante o torneamento do ago AISI 1045 no estado recozido. A Figura
3.7 mostra as temperaturas da interface entre cavaco e ferramenta em fun¢ao da velocidade de
corte para varias profundidades de usinagem. Por exemplo, a temperatura de corte aumenta de
840 °C a uma velocidade de corte de 100 m/min para 970 °C quando se utilizou velocidade de
corte de 200 m/min (para uma profundidade de usinagem constante e igual a 0,8 mm). Este
incremento de 130 °C ¢ alto o suficiente para ter um efeito consideravel sobre a vida da
ferramenta de corte. Por outro lado, um incremento na profundidade de usinagem tem pouco

efeito nas temperaturas da interface entre a ferramenta de corte e a pega.
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Figura 3.7: Influéncia da velocidade de corte sobre a temperatura de corte (avanco de 0,2 mm/rev)
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Fonte: Al Huda et al. (2002).

Em 1931, o conceito de usinagem de alta velocidade (HSM) foi proposto por Carl
Salomon, que sugeriu que a medida que a velocidade de corte aumenta continuamente, a
temperatura no corte de metal aumenta até certo ponto e depois diminui. Por meio da Figura
3.8, € possivel observar uma representacao esquematica da relacao entre velocidade de corte e
temperatura de corte, incluindo duas regides. Na regido 1, a temperatura de corte (T) aumenta
com o incremento da velocidade de corte (v.), até que a temperatura de corte alcance seu
maximo, denominada temperatura critica de corte (T,;). Na regido 2, a temperatura de corte
diminui, fato embasado pela ideia de que, se uma velocidade de corte (v.;) inferior a critica
(ver) correspondente a uma determinada vida da ferramenta resulta na temperatura Tv,, entdo
a mesma vida da ferramenta pode ser alcangada com uma velocidade de corte superior a
critica (v¢2), pois a temperatura de corte nesta velocidade (Tv.,;) ¢ a mesma que na velocidade
de corte v, ou seja, Tve; (ASTAKHOV e OUTEIRO, 2019).

Entretanto, um ponto critico a ser discutido € que as temperaturas na peca, ferramenta
e cavaco variam constantemente durante cada ciclo de formagdo de cavacos e, portanto, as
temperaturas em diferentes pontos podem ser diferentes em um determinado instante de
tempo. Além disso, as propriedades mecéanicas do material da pe¢a e a forma do cavaco
podem variar muito com a velocidade de corte, afetando a distribuicdo das temperaturas de
corte. Solomon, em sua hipotese, ndo especificou o ponto medido para as temperaturas de
corte e esse fato € motivo de discuss@o entre os apoiadores e opositores de sua ideia (SU et

al., 2020). Portanto, o ponto de medi¢ao da temperatura deve ser claramente definido.
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Figura 3.8: Representacio esquematica da temperatura de corte em fun¢io da velocidade de corte de
acordo com a ideia de Solomon
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Fonte: Astakhov e Outeiro (2019).

Apbés uma extensa revisdo de trabalhos que se referiram a teoria de Solomon,
Longbottom e Lanham (2006), sugeriram que a teoria de Solomon se aplica a pega e ndo a
ferramenta, ou seja, com o incremento da velocidade de corte, o tempo de transferéncia de
calor para a peca ¢ reduzido e temperaturas inferiores da peca sdo registradas. Por outro lado,
a maior parte do calor flui para o cavaco e temperaturas maiores sao observadas na interface

entre cavaco e ferramenta na medida em que se aumenta a velocidade de corte.

3.2.2 Avanco e profundidade de usinagem

Apesar de ndo ter uma influéncia tdo efetiva quanto a velocidade de corte, um
incremento no avanco (f) e na profundidade de usinagem (a,) também proporciona o aumento
da geracdo de calor e das temperaturas de corte. A area da secdo de corte ¢ obtida pelo
produto entre essas duas grandezas e sua elevagdo causa o aumento da forca de usinagem e,
consequentemente, da temperatura de corte.

Abrao; Aspinwall; Wise (1995) utilizaram o método do termopar implantado na
ferramenta para analisar de forma comparativa a influéncia dos parametros f e a, sobre a
temperatura na ferramenta de corte durante o torneamento de desbaste do agco AISI E52100
temperado (dureza de 62 + 1 HRC). Foram utilizadas ferramentas de nitreto ctibico de boro
policristalino - PcBN (AMBORITE e DBC50) e de ceramica (CC650). Por meio da Figura
3.9 ¢ possivel observar que a temperatura na ferramenta de corte aumentou ligeiramente com

o acréscimo de a, (Figura 3.9.a) e f (Figura 3.9.b) para os trés tipos de ferramenta, sendo que
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os valores mais altos foram registrados pela ferramenta AMBORITE, seguida por DBC50 e
CC650. Esse fato pode ser explicado pela condutividade térmica mais alta da ferramenta
AMBORITE, cerca de cinco vezes maior do que a condutividade térmica da ferramenta
CC650. De acordo com Friedman e Lenz (1970), com o aumento da condutividade térmica da
ferramenta, o comprimento de contato entre o cavaco e a superficie de saida da ferramenta (/;)
tende a aumentar e, consequentemente, aumenta a temperatura na zona de contato, por sua vez

afetando o campo de velocidade de fluxo do cavaco.

Figura 3.9: Efeito dos parimetros de corte sobre a temperatura: (a) a, e (b) f
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Fonte: Abrao; Aspinwall; Wise (1995).

O comprimento de contato ferramenta-cavaco ¢ influenciando por diversos fatores.
Entre esses fatores estdo: profundidade de usinagem, avanco e velocidade de corte. Por
exemplo, o incremento da profundidade de corte e do avanco, resulta em um aumento
acentuado do comprimento de contato ferramenta-cavaco, enquanto que o aumento da

velocidade de corte tende a diminuir o /. (FRIEDMAN e LENZ, 1970).

3.2.3 Geometria da ferramenta de corte

A geometria da ferramenta tem influéncia significativa sobre os pardmetros de saida
do processo, incluindo temperatura de corte, acabamento, desgaste de ferramenta, tensdo
residual, formagdo de cavacos, forca de usinagem e alteracdes subsuperficiais (DOGRA;
SHARMA; DUREJA, 2011). Conforme (ASTAKHOV e DAVIM, 2008), o angulo de posicao
da ferramenta afeta significativamente o processo de corte, pois ele determina, juntamente
com o avango ¢ a profundidade de usinagem, a espessura e a largura de corte e, portanto, a
vida da ferramenta. Por exemplo, com a reducdo do angulo de posicdo (y:), a componente

radial da forca de usinagem aumenta, podendo causar vibragdes, o que reduz a estabilidade da
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usinagem. Deste ponto de vista, o raio da ponta da ferramenta (r.) deve ser mantido o menor
possivel. No entanto, isso ndo ¢ ideal em relacdo ao bom acabamento superficial. Além disso,
isso pode causar concentragdo de temperatura na ponta da ferramenta e aumentar a
probabilidade de degradacao, resultando em uma vida curta da ferramenta (CHEN, 2000).

Geralmente, quando se aumenta o angulo de folga da ferramenta (a,), o raio da aresta
de corte (r,) diminui, levando a diminui¢des correspondentes das componentes de atrito e
deformacao da forga de corte, diminuindo desse modo a geracao de calor. No entanto, com o
aumento do angulo de folga, ha diminui¢dao do angulo de cunha (,), diminuindo a resisténcia
da regido adjacente a aresta de corte, bem como a dissipag@o de calor através da ferramenta.
Sendo assim, ha sempre um angulo de folga ideal que deve ser encontrado para uma dada
operacdo de usinagem, para que a vida util da ferramenta seja maximizada. (ASTAKHOV e
DAVIM, 2008).

De acordo com Denkena e Biermann (2014), as cargas termomecanicas impostas a
ferramenta de corte dependem fortemente da sua microgeometria. As arestas de corte sao
definidas pela interse¢do das superficies de saida e folga. Atualmente, basicamente trés
formas fundamentais de aresta de corte sdo definidas: arrendondada, chanfrada ¢ afiada. Uma
aresta de corte afiada implica que a transicdo entre as superficies de saida e folga nao ¢
arredondada nem chanfrada. Vale ressaltar que, na prética, ndo € possivel produzir uma forma
de aresta de corte afiada ideal.

Segundo Yen; Jain; Altan (2004), arestas de corte afiadas sdo normalmente
empregadas em operagdes de acabamento, podendo reduzir o inicio do desgaste tipo entalhe,
enquanto arestas chanfradas em geral sdao usadas em operagdes de desbaste e em cortes
interrompidos. Conforme Dogra; Sharma; Dureja (2011), uma aresta chanfrada fornece
angulo de saida negativo excessivo para a agdo de corte e resulta em alta geracdo de calor. Por
outro lado, Denkena e Biermann (2014) afirmam que as arestas de corte arredondadas
aumentam a area de superficie sobre a qual o calor gerado pode se dissipar. J4 com relacdo a
ferramenta afiada, considera-se que na pratica nao ¢ possivel produzir uma forma de aresta de
corte afiada ideal, conforme ilustra a Figura 3.10. Com isso, surge a necessidade de analisar a
afiacdo da ferramenta por meio de relagcdes de simetria (DENKENA; LUCAS; BASSETT,
2011). Por meio da Figura 3.11 € possivel avaliar a relacdo geométrica de uma ferramenta
afiada, onde Sy representa o segmento de ponta na superficie de saida, Sa ¢ o segmento de
ponta na superficie de folga, x representa o fator de forma e Ar o achatamento da ponta de

corte.
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Figura 3.10: Geometria da ferramenta em relacio as condicdes de corte
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Fonte: Denkena e Biermann (2014).

Um aumento no pardmetro Sa leva ao aumento de temperatura ocasionado pelo
aumento da componente de atrito na superficie de folga, além do aumento das deformacgdes
plasticas na zona de cisalhamento secundéria, que gera mais calor proximo a aresta de corte.
Em contraste com Sa, a influéncia de Sy ¢ considerada comparativamente baixa. O aumento
da quantidade de cisalhamento devido ao aumento do angulo efetivo de saida (yefr) e, portanto,
a reducdo do angulo de cisalhamento influencia pouco a carga térmica (DENKENA;

BIERMANN, 2014).

Figura 3.11: Caracterizacio da aresta de corte afiada

Fonte: Denkena; Lucas; Bassett (2011).

Yen; Jain; Altan (2004) analisaram o efeito de geometrias de aresta de ferramenta
(afiada e chanfrada) sobre a temperatura de corte por meio de simulagdo utilizando o método

de elementos finitos (FEM). De acordo com os autores, o grau de deformacao plastica na zona
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de cisalhamento secundéria e na superficie usinada aumenta consideravelmente a medida que
o raio de ponta da ferramenta aumenta, aumentando assim o calor gerado. Foi observado que
a localizagdo da temperatura maxima para uma ferramenta afiada muda da superficie de saida
para a ponta da ferramenta conforme aumenta o raio da aresta. J4 para ferramentas
chanfradas, observou-se que as temperaturas maximas na superficie de saida da ferramenta
aumentam com o aumento da largura e do angulo de chanfro. Além disso, uma ferramenta
chanfrada com elevados largura de chanfro e angulo de chanfro resulta em um efeito de atrito
semelhante a uma ferramenta afiada com grande raio de ponta, fazendo com que a

temperatura maxima seja localizada na ponta da ferramenta.

3.2.4 Desgaste da ferramenta

Geralmente, o calor produzido pelas forcas atuantes na cunha de corte aumenta com o
desgaste de flanco. Esse fato ocorre porque a area de contato entre a superficie de folga da
ferramenta e a peca aumenta na medida em que o desgaste de flanco aumenta e,
consequentemente, o atrito entre essas superficies aumenta. De acordo com Ducobu et al.
(2015), um aumento no desgaste de flanco leva a um aumento tanto da temperatura de corte
quanto da for¢a e das deformagdes plasticas. A Figura 3.12(a) mostra esquematicamente a
geometria de uma ferramenta desgastada. O angulo de desgaste do flanco, representado por &
¢ o angulo que a face de desgaste de flanco faz com a direcdo de corte. Conforme mostrado na
Figura 3.12(b) o angulo de desgaste de flanco muda com as condi¢des de corte e, além disso,
ele varia ao longo da aresta de corte. O desgaste de flanco pode ser dividido em quatro zonas,
conforme ilustra a Figura 3.12(c), onde C e N representam as regides de desgaste de ponta
(VBc) e desgaste de entalhe (VBy) respectivamente, enquanto A e B representam o desgaste
de franco. A zona B do flanco, onde estdo localizados o desgaste de flanco maximo (VBgmax)
e o desgaste de flanco médio (VBg) em geral ¢ considerada a mais importante. No entanto, em
operacgdes de acabamento, onde a profundidade de usinagem normalmente ¢ menor que o raio
de ponta da ferramenta, o desgaste de ponta localizado na zona C é o pardmetro mais

significativo.
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Figura 3.12: (a) Geometria esquematica de uma ferramenta desgastada (b) Secdes transversais da
ferramenta desgastada (c) Representaciio das zonas ao longo do desgaste de flanco
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Fonte: adaptado de ISO 3685 (1993); Nooraie; Safari; Pak (2020).

Para estudar as mudangas do angulo de desgaste de flanco durante a evolucao do corte
e sua influéncia na distribuicdo da temperatura de usinagem, Nooraie; Safari; Pak (2020)
realizaram simulacdes tridimensionais do corte do aco DIN 20MnCrS5 (AISI 5120). Os
autores utilizaram ferramenta de metal duro sem revestimento e foram testadas a seguintes
condig¢des: primeira condi¢do (VBg = 0,03 mm e 6 = 10 °), segunda condi¢dao (VBg = 0,15
mm e o =5 °), e a terceira condigao (VBg = 0,3 mm e 6 = 2 °). Por meio da Figura 3.13 ¢
possivel observar a distribuicdo da temperatura em torno da aresta de corte para angulos de
desgaste de flanco de 10°, 5° e 2°. Com a evolugdo do desgaste do flanco, a 4rea com maior
temperatura foi afastada da aresta de corte principal (indicado pelas setas), o que levou ao
aumento da taxa de desgaste nessa area. Conforme deduzido por meio do modelo numérico, o
angulo de desgaste de flanco diminui gradativamente com a evolucdo do desgaste de flanco,
ou seja, com o aumento do desgaste de flanco a area de contato entre a ferramenta e a peca
aumenta, produzindo um coeficiente de atrito mais elevado e, consequentemente,

temperaturas mais altas na interface entre ferramenta e pega.
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Figura 3.13: Distribui¢io da temperatura proxima ao corte (v, = 200 m/min, f = 0,07 mm/rev, a, = 1 mm):
(a)6=10°%(Mb)s6=5°%(c)6=2°

Fonte: Nooraie; Safari; Pak, (2020).

Lin et al., (2013) observaram experimentalmente que durante o fresamento do acgo
300M (aco baixa liga de alta resisténcia comumente utilizado em trem de pouso de
aeronaves), houve o surgimento do desgaste de flanco. Quando o desgaste de flanco atingiu o
valor de 0,15 mm, o atrito entre a ferramenta e a pega foi responsavel por um aumento de 25-
35% na temperatura da peca.

Huang e Liang (2003) estudaram a influéncia do desgaste de flanco na temperatura de
corte durante o torneamento ortogonal do ago AISI 1018 utilizando ferramenta de metal duro.
Eles relataram um aumento na temperatura da interface entre peca e ferramenta com o
aumento do desgaste de flanco, conforme ilustra a Figura 3.14. Durante a usinagem, quando o
desgaste de flanco esta presente, a fonte de calor devido ao atrito ¢ uniforme devido ao fato de
haver apenas deformacgdo elastica no contato entre o flanco e a superficie da peca. As
temperaturas médias tanto da superficie de saida quanto da superficie de folga aumentam com
o aumento do desgaste de flanco. Além disso, pode ser observado que o aumento no desgaste
de flanco leva ndo s6 ao aumento da temperatura, mas também ao deslocamento da

temperatura maxima, que se afasta da ponta da ferramenta.
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Figura 3.14: Perfis de temperatura ao longo da interface ferramenta-peca sob os diferentes valores de
desgaste de flanco ( v, = 79,2 m/min e f = 0,28 mm/rev)
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Fonte: Huang e Liang (2003).

3.2.5 Propriedades do material da peca

As propriedades do material a ser usinado influenciam fortemente a temperatura de
corte. Conforme Da Silva e Wallbank (1999), ductilidade, dureza, encruamento e
propriedades térmicas sdo caracteristicas que tém efeito direto sobre as forcas de usinagem e,
portanto, afetam a temperatura de corte. Segundo Elsadek et al. (2020), a elevagao da dureza
da peca causa o aumento das forcas restritivas ao corte, aumentando assim a dissipacdo de
energia e fazendo com que haja aumento na temperatura de corte. Além disso, conforme
Shaw (2005), para materiais de dureza semelhante, as temperaturas de corte aumentam com a
ductilidade, uma vez que materiais mais ddcteis podem absorver mais energia por meio da
deformagao plastica.

O tamanho de grao também tem influéncia sobre a usinabilidade dos acos. Os agos que
possuem um tamanho de grao pequeno tém uma area maior de limites de grao. Isso resulta em
uma mobilidade reduzida dos deslocamentos dentro da estrutura de rede dificultando o inicio
da plasticidade. Assim, uma maior tensdo critica ¢ necessaria para levar a fratura do material
e, consequentemente, forcas de usinagem mais elevadas sdo necessarias e maior € a
temperatura envolvida no processo. Portanto, acos que possuem tamanho de grao pequeno
requerem um maior consumo de energia nas operagdes de corte de metais do que acos com
graos maiores. Além disso, a presenca de inclusdes ndo metalicas nos agos também pode

influenciar a temperatura de corte. Por exemplo, algumas inclusdes de 6xidos como (Al,Mg)O
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sdo extremamente duras, podendo aumentar o desgaste de uma ferramenta por abrasdo e
consequentemente aumentar a temperatura de corte. Por outro lado, inclusdes de MnS
promovem a formacdo de uma camada protetora na superficie da ferramenta de corte,
promovendo reducdo na temperatura de corte ¢ na taxa de desgaste de flanco e cratera
(ANMARK; KARASEV; JONSSON, 2017).

Alguns elementos de liga, como molibdénio, tungsténio, cromo e vanadio podem
retardar o amaciamento térmico dos agos e, além disso, atuam como formadores de
carbonetos e/ou carbonitretos que aumentam a dureza do aco apds o revenimento. Esse
aumento de dureza do ago apds o revenimento ¢ conhecido como endurecimento secundario.
EL Hakim et al., (2015) estudaram o efeito do endurecimento secundario sobre as forgas e
temperaturas durante torneamento do ago rapido AISI T15 e aco ferramenta AISI D2. O ago
AISI T15 possui teores de tungsténio e vanadio relativamente altos e, portanto, possui forte
tendéncia ao endurecimento secundario, enquanto o aco AISI D2, por ndo possuir tal
tendéncia, foi utilizado como controle. Por meio de testes de revenimento os autores
observaram que um aumento na dureza do ago AISI T15 comeca na temperatura de 350 °C e
atinge seu pico de dureza de 56 HRC a 550 °C, confirmando a ocorréncia de endurecimento
secundario no revenimento. Durante a usinagem, o endurecimento secundario do ago AISI
T15 ocorreu em uma faixa de velocidade de corte entre 35 e 60 m/min, j& para o aco AISI D2
nao foi observado o fendmeno de endurecimento, conforme ilustra a Figura 3.15. O
endurecimento secunddrio causa aumento da for¢ca de usinagem e, consequentemente, da

temperatura de corte.

Figura 3.15: Efeito do endurecimento secundario sobre a temperatura de corte
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Fonte: El Hakim ef al. (2015).
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Bollig et al., (2015) estudaram os efeitos da temperatura de usinagem sobre a
transformagdo de fase do aco AISI 4140 por meio do método de elementos finitos
bidimensional. Os resultados de testes de corte ortogonal a seco foram confrontados com o
método de minima quantidade de lubrificacdo (MQL). Por meio da Figura 3.16 ¢ possivel
observar que no corte a seco a transformacdo martensitica comeca quando a velocidade de
corte ¢ de 200 m/min e ap6s atingir 300 m/min a transformacao completa ¢ quase concluida.
Ja quando o método MQL ¢ simulado, ndo hé transformagdo de fase durante todas as
velocidades de corte calculadas. Com o aumento da velocidade de corte, ¢ esperado que a
temperatura de corte aumentasse, no entanto, o efeito lubrificante do MQL resulta em um
nivel de temperatura constantemente mais baixo quando comparado ao corte a seco, devido a
redugdo de atrito entre a ferramenta de corte € a peca. As temperaturas mais altas no corte a
seco levam a uma carga térmica mais alta na peca e quando uma temperatura critica €

atingida, a transformagdo de austenita em martensita comega na superficie.

Figura 3.16: Transformacdes de fase para corte a seco e MQL
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Fonte: Bollig et al. (2015).

3.3 Efeito da temperatura de corte sobre a integridade superficial da peca

Acredita-se que alguns efeitos adversos da usinagem, tais como a formacao de camada
branca e tensdes residuais trativas sdo ativados termicamente. Segundo Abrdo e Aspinwall
(1996) na usinagem de acos, principalmente acos-liga no estado temperado e revenido, ¢
provavel que alteragdes microestruturais sejam induzidas dependendo da temperatura atingida
na peca. Conforme Rech e Moisan (2003) quando a temperatura de corte excede a
temperatura de austenitizagdo, martensita ndo revenida (conhecida como camada branca) ¢
formada apos o resfriamento brusco. De acordo com Han ef al. (2008), na usinagem de agos

37



em particular, dois mecanismos (efeitos térmico e mecanico) sdo considerados as principais
causas da formacdo da camada branca. Segundo Hosseini et al. (2014), a formagdo de camada
branca por meio do efeito térmico ¢ devido ao rapido aquecimento acima da temperatura de
austenitizagao seguido por um resfriamento rapido subsequente. Ja pelo efeito mecanico se
deve a deformagdo pléastica severa em temperaturas bem abaixo da temperatura de
austenitiza¢do. Rech e Moisan (2003) relataram que a formag¢do de martensita como resultado
do atrito, provoca tensao residual de tragdo que se sobrepde a tensao compressiva residual
resultante de efeitos mecanicos. As tensdes térmicas resultam principalmente de altos niveis
de energia gerados pelo atrito entre a area de desgaste de flanco e a peca de trabalho que
produz grandes fluxos de calor no sentido da peca.

Definida por Withers e Bhadeshia (2001) como a tensdo que permanece em um corpo
estavel em equiibrio com seu entorno, a tensdo residual na superficie dos componentes ¢
considerada por Liang ¢ Su (2007) um fator importante no desempenho dos componentes
usinados, podendo influenciar caracteristicas como vida sob fadiga, resisténcia a corrosdo e
exatiddo dimensional. Segundo Da Silva ef al. (2020), quando tensdes residuais se
desenvolvem em um componente, elas podem afetar positiva ou negativamente o
comportamento do componente em servico. De acordo com Navas; Gonzalo; Bengoetxea
(2012), se as tensoes residuais forem de tragcdo, elas podem favorecer a nucleacdo e a
propagacao de trincas, levando a reducao da resisténcia a fadiga e da resisténcia a corrosdo e
ao desgaste. Conforme M’Saoubi ef al. (1999), a natureza das tensoes residuais depende nao
apenas dos pardmetros de usinagem, como velocidade de corte, avango e profundidade de
usinagem, mas também da geometria da ferramenta e das condi¢des de lubrirrefrigeracao.

Hosseini ef al., (2014) encontraram uma boa correlacdo entre o teor de austenita retida
na superficie da peca e as tensoes residuais, concluindo que se o teor de austenita retida
aumenta, o mesmo ocorre com as tensoes residuais de tragdo. Vale ressaltar que de acordo
com Han et al. (2008), a austenita retida serve como evidéncia de transformacdo de fase que

pode ser observada nas camadas brancas.

3.4 Efeito da temperatura de corte sobre o desgaste da ferramenta

De acordo com Machado et al. (2015), quando elevadas temperaturas estao envolvidas
no processo de corte, os mecanismos de difusdo e oxidagdo sdo predominantes e o desgaste da
ferramenta cresce proporcionalmente com o aumento da temperatura. A difusdo na usinagem

envolve a transferéncia de &tomos entre os materiais da ferramenta e da peca. Esse mecanismo
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de desgaste ¢ dependente da solubilidade dos elementos nas zonas de cisalhamento secundéria
e primaria, da temperatura e tempo de contato. Normalmente o mecanismo de difusdo ocorre
quando sdo utilizadas altas velocidades de corte em operagdes de usinagem de ligas que
possuem alto ponto de fusdo. Nessa situacdo, o tempo de contato entre ferramenta e
peca/cavaco € curto, no entanto, a difusdo pode ocorrer devido a existéncia de zonas de
aderéncia entre o cavaco e a superficie de saida da ferramenta e, ocasionalmente, entre a peca
e a superficie de folga da ferramenta. Como essas zonas sdo renovadas periodicamente devido
a alta taxa de deformacao, o fluxo difusivo ¢ mantido durante o processo. Além disso, as taxas
de difusdo aumentam rapidamente com a temperatura (DINIZ; MACHADO; CORREA,
2016; TRENT; WRIGHT, 2000).

A Figura 3.17 ilustra o desgaste de entalhe observado na ferramenta de metal duro
apos torneamento do aco inoxidavel martensitico AISI S41000 sob condi¢do de
lubrirrefrigeragdo por jorro (v. = 100 m/min; f= 0,35 mm/rev; a, = 1 mm), conforme relatado
por Corréa et al. (2017). Observa-se que os mecanismos que governaram o desgaste de

entalhe foram difusdo (regido de morfologia lisa) e abrasdo (regido de morfologia 4spera).

Figura 3.17: Superficie de folga da ferramenta apds torneamento do aco inoxidavel martensitico AISI S41000
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Fonte: adaptado de Corréa et al., (2017).

Os mecanismos de difusdo e abrasdo sdo os principais responsaveis pelo desgaste de
cratera, podendo estar presentes no corte de materiais de dificil usinabilidade, como ligas de
titanio e niquel, nas quais a temperatura ao longo da interface ferramenta-cavaco pode atingir
até¢ 1000 °C (OLORTEGUI-YUME e KWON, 2010). A superficie de saida ¢ a regido em que

as condicdes necessarias para a difusdo s@o mais propensas a ocorrer, devido a presenga da
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zona de aderéncia na regido de cisalhamento secundaria o que garante um longo tempo de
contato cavaco-ferramenta e, além disso, altas taxas de deformacdo na zona de fluxo geram
altas temperaturas que promovem o surgimento e evolugdo do desgaste de cratera. No entanto,
essas condi¢des também podem ser responsaveis pela formagao de desgaste de flanco apds
algum desgaste ter ocorrido na aresta de corte, porque a zona de aderéncia também pode
ocorrer nesta regiio (DINIZ; MACHADO; CORREA, 2016).

Apo6s a formacao inicial da cratera, o perfil de desgaste resulta nas condi¢des de fluxo
de cavacos sobre a superficie de saida da ferramenta o que, consequentemente, altera as
variaveis de saida (velocidade de saida do cavaco, tensdo normal de contato e temperatura na
interface entre cavaco e ferramenta), além do atrito na interface cavaco-ferramenta e do
angulo efetivo de saida (MISHRA; GHOSH; ARAVINDAN, 2020). Conforme o desgaste de
cratera progride, o angulo de saida efetivo se tornard mais positivo, resultando na diminui¢ado
do angulo da cunha de corte e no enfraquecimento da aresta de corte, levando potencialmente
a falha catastréfica da ferramenta (WONG; KIM; KWON, 2004).

A Figura 3.18 ilustra a morfologia caracteristica de desgaste de cratera que foi
observada na superficie de saida da ferramenta de metal duro apds torneamento do ago
inoxidavel austenitico AISI 316 utilizando emulsdo a base de d6leo vegetal (concentragdo de

5%) como meio lubrirrefrigerante aplicado sob alta pressao (10Mpa).

Figura 3.18: Desgaste de cratera apés torneamento do aco inoxidavel austenitico AISI 316 (v. =300

m/min; f= 0,2 mm/rev; a, = 0,S mm)
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Fonte: adaptado de Naves et al (2013).
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O desgaste de flanco ¢ utilizado com frequéncia como critério de fim de vida da
ferramenta, pois ele afeta a exatiddo dimensional da peca e a estabilidade do processo de
usinagem (ASTAKHOV, 2004). A temperatura de corte ¢ um fator critico que interfere
diretamente no desgaste de flanco da ferramenta de corte. De acordo com Zhao et al. (2002),
para considerar os efeitos da temperatura sobre o desgaste de flanco ¢ necessario conhecer a
relacdo entre o amaciamento térmico da ferramenta de corte e o aumento da temperatura, ou
seja, ¢ preciso conhecer a dureza a quente da ferramenta. Portanto, a evolucao do desgaste de
flanco com o aumento da temperatura ¢ diferente para os diversos materiais de ferramenta de
corte. A Figura 3.19 ilustra o comportamento do desgaste de flanco com o aumento da
temperatura de usinagem para dois materiais diferentes de ferramentas (aco rapido e metal
duro) durante o corte ortogonal. Observa-se que, para a ferramenta de metal duro, o desgaste
de flanco aumenta gradualmente com o aumento da temperatura. J4 para a ferramenta de ago
rapido, o desgaste de flanco aumenta gradualmente até aproximadamente 600 °C e aumenta

abruptamente apds essa temperatura evidenciando o amaciamento térmico da ferramenta.

Figura 3.19: Efeito da temperatura sobre o desgaste de flanco de diferentes ferramentas de corte
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Fonte: Zhao et al., (2002).

A dureza do material da ferramenta de corte tende a ser reduzida devido as altas
temperaturas associadas ao calor gerado pelo atrito na interface ferramenta-pega durante a
remocdo de cavacos. Com a dureza reduzida, a ferramenta de corte desgasta mais
rapidamente, afetando o processo de formagao de cavacos e, consequentemente, a rugosidade

da superficie usinada e a exatidio dimensional da peca (OZBEK e SARUHAN, 2020).
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Atualmente, o desenvolvimento de novos revestimentos para ferramentas de corte tem
sido foco de diversos pesquisadores pelo fato de que eles podem promover um aumento
significativo na resisténcia ao desgaste e na vida da ferramenta de corte. O revestimento da
ferramenta pode diminuir o coeficiente de atrito entre a ferramenta e o cavaco, afetando assim
a temperatura de corte em comparacdo com ferramentas ndo revestidas. Além disso, o
revestimento da ferramenta atua como barreira térmica, evitando que o calor seja dissipado no
substrato da ferramenta devido a sua difusividade térmica ser mais baixa em comparagdo com
a do substrato da ferramenta (ZHAO et al., 2021).

Kurniawan et al., (2020) registraram uma temperatura maxima de 750 °C no
torneamento da liga de niquel Inconel 713-C e, além disso, observaram que durante a
usinagem uma pequena parcela do calor foi transportada pelos cavacos e pela pega, enquanto
que a maior parte do calor fluiu em diregdo a aresta da ferramenta de corte, pois a
difusividade térmica do Inconel ¢ baixa. A ferramenta de corte sofreu fratura catastrofica
ocasionada pela fratura fragil do substrato de WC-Co devido a alta tensdo de cisalhamento
sob alta temperatura de corte. Desse modo, a difusividade térmica do material da pega ¢ um
parametro importante que pode influenciar o gradiente de temperatura durante a usinagem e,
juntamente com condi¢des severas de tensdo, pode determinar um possivel amaciamento

térmico da ferramenta de corte.

3.5 Influéncia de fluidos de corte sobre o processo de usinagem

O efeito danoso da temperatura de usinagem ¢ conhecido hd mais de um século e o
calor gerado durante o corte foi um dos primeiros fendomenos investigados na usinagem. O
trabalho pioneiro nesta area ficou a cargo de Benjamin Thompson, que em 1798 investigou o
calor gerado devido ao atrito na operacdo de mandrilhamento de um canhdo de guerra
(THOMPSON, apud KOMANDURI e HOU, 2000). Com o intuito de minimizar o desgaste
da ferramenta devido ao calor excessivo gerado durante a usinagem, Taylor (1907) foi o
precursor do uso de fluidos de corte na usinagem. Inicialmente foi utilizada 4gua direcionada
a aresta de corte, tendo como resultado a possibilidade de aumento consideravel da velocidade
de corte. Devido ao efeito de oxidagdo provocado pela dgua, foi adicionado bicabornato de
sodio para minimizar o problema. Com o tempo, passou-se a utilizar 6leos graxos, como
gordura animal, que € eficiente na lubrificacdo além de inibir processos de corrosdo. No
entanto, os Oleos graxos exibiam capacidade de arrefecimento deficiente e se degradavam

rapidamente. Com isso, criou-se o precursor de fluidos de corte emulsionaveis,
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compreendendo uma solug¢do de sabdo com o6leos minerais ou uma mistura de alcatrdo com
agua quente necessaria para diluicao.

Ao longo dos anos, com o desenvolvimento da industria de manufatura, foram criados
diversos tipos de fluidos de corte, sempre com intuito de reduzir a temperatura na interface
entre ferramenta e pega, tendo como consequéncia a reducao dos efeitos adversos causados a
integridade superficial da peca, além de aumentar a vida da ferramenta de corte. A Figura
3.20 mostra os principais tipos de fluidos de corte utilizados na usinagem de metais. Quando
aplicados de forma apropriada, os fluidos de corte podem aumentar a produtividade das

operacgdes de usinagem, além de possibilitar a reducao de custos.

Figura 3.20: Principais tipos de fluidos de corte utilizados na usinagem de pecas metalicas

Fluidos de corte utilizados na
usinagem de metais

Liquidos

—‘ Oleo integral/aditivado | — Grafite
- Dis=ulfeto de | Comprimidos | | Criogénicos ‘
—‘ MNano fluidos de corte | molibdénio (MoSs)
Nz
Fluidos 4 base

de agua

Vapor de agua |
Fluido sintético |

Fonte: Proprio autor

As fungdes principais de um fluido de corte sdo refrigerar e lubrificar a peca, bem
como a aresta de corte da ferramenta. Como funcao secundaria, os fluidos de corte também
auxiliam na remocgao dos cavacos e previnem a ocorréncia de aresta postica de corte, além de
proteger a peca, a ferramenta e a maquina contra corrosdo (BENEDICTO; CAROU; RUBIO,
2017). Ao operar sob baixas velocidades de corte, o fluido de corte atua como lubrificante
promovendo a reducao do atrito entre a peca e a ferramenta de corte. Como resultado, o calor

gerado na zona de cisalhamento € o consumo de energia no processo sdo reduzidos. Os
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fluidos de corte lubrificantes ndo sdo adequados em velocidades de corte altas porque as altas
temperaturas criadas nessa situagdo fazem com que o fluido evapore antes de poder lubrificar
e, além disso, a medida que a velocidade de corte aumenta, o tempo para que o fluido atinja a
interface entre a peca e a ferramenta ¢ reduzido, tornando o processo de lubrificagdo
ineficiente (DEBNATH; REDDY; Y1, 2014; TRENT ¢ WRIGHT, 2000).

Como refrigerante, o fluido de corte atua reduzindo a temperatura da ferramenta e da
peca ao operar em altas velocidades de corte. Como resultado, ele minimiza a distor¢ao da
peca. A capacidade de refrigeragdo em manter a temperatura abaixo da temperatura de
amolecimento térmico do material da ferramenta prolonga significativamente a vida da
ferramenta. Além disso, diminui o desgaste da ferramenta induzido termicamente,
minimizando os mecanismos de difusdo ¢ oxidacdo. Portanto, fluidos de corte com
caracteristicas lubrificantes sdo indicados para usinagem em baixas velocidades de corte e
quando as pressdes de corte entre o cavaco ¢ a ferramenta sdo muito altas enquanto fluidos
refrigerantes atuam de forma mais eficiente em altas velocidades de corte quando o problema
de penetracao do fluido de corte ¢ considerado (YILDIZ; NALBANT, 2008).

O método de aplicagdo de fluidos de corte liquidos tem sido alvo de estudos com
intuito de maximizar a vida da ferramenta e reduzir a temperatura de corte. Santos; Abrao;
Santos (2020) relataram que, quando comparado com o jorro convencional, a aplicagdo de
fluido de corte sob alta pressdao (8 MPa) promoveu a atenuacdo da evolucdo do desgaste de
flanco das ferramentas de metal duro durante o torneamento do aco inoxidavel
supermartensitico. Segundo os autores, o fluido sob alta pressdo apresenta maior efeito
refrigerante e, além disso, pode promover a formagao de uma cunha hidraulica entre o cavaco
e a superficie de saida do inserto modificando as condigdes triboldgicas do processo.

A selecdo do melhor fluido de corte para uma determinada operagdo dependera de
varios parametros, entre eles velocidade de corte, avanco e profundidade de usinagem,
materiais da peca e da ferramenta, tolerancias exigidas e integridade da superficie da peca
(AVILA; ABRAO, 2001). Ademais, vale ressaltar que o uso de fluidos de corte sempre que
possivel deve ser evitado devido aos problemas econdmicos, ambientais e de saude
associados.

Atualmente 85% dos fluidos de corte consumidos sdo produzidos a base de oleo
mineral e o restante ¢ sintetizado quimicamente e também, em menor propor¢ao, sao
produzidos fluidos de corte vegetais (DEBNATH; REDDY; YI, 2016). Apesar do fluido de

corte sintético possuir maior taxa de biodegradacdo, seu uso ainda ¢ limitado devido a sua
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toxicidade e alto preco (MATILIUNAITE; PAULAUSKIENE, 2019). O uso desses fluidos
de corte esta associado a alguns efeitos adversos, como impactos ambientais e riscos a satde
dos trabalhadores. A interagdo continua do operador da maquina com o fluido de corte pode
causar doengas dermatologicas graves e doencas pulmonares potencialmente fatais (PARK,
2019).

O descarte inadequado desses fluidos de corte pode acarretar em sérios danos ao meio
ambiente (KHAN; MAITY, 2018). Estima-se que o custo com fluidos de corte em todo
processo seja aproximadamente 16% do custo total de usinagem de um produto, podendo
chegar a 30% ao usinar materiais de dificil usinabilidade, enquanto o custo estimado com
ferramentas ¢ cerca de 4%. Adicionalmente, quando comparado ao custo de aquisi¢do, a
disposi¢ao dos fluidos de corte pode custar de duas a quatro vezes a mais, pois eles requerem
tratamento caro antes do descarte, devido ao fato de sua maioria ndo ser biodegradavel
(SHOKRANI; DHOKIA; NEWMAN, 2012). Essas desvantagens tornam necessario
desenvolver e aplicar novos sistemas de lubrificacido/refrigeracdo como uma alternativa aos
métodos tradicionais.

O corte a seco ¢ a melhor abordagem para eliminar os efeitos adversos dos fluidos de
corte, podendo em alguns casos, reduzir o choque térmico ¢ aumentar a vida da ferramenta e
assim, minimizar os custos de usinagem. Krolzyk et al. (2017) relataram uma melhora
expressiva na usinabilidade do aco inoxidavel duplex durante o torneamento utilizando alta
velocidade de corte e baixo avango (v = 150 m/min e f = 0,2 mm/rev) com ferramenta de
metal duro quando a condig¢do de corte a seco foi utilizada em comparagdo com o método de
lubrirrefrigeracdo por jorro, resultando em menores forgas e energia de corte, além de maior
vida da ferramenta. Por outro lado, no corte a seco, o atrito € a temperatura de corte podem ser
maiores do que na usinagem com auxilio de fluidos de corte, causando em alguns casos,
reducdo na vida da ferramenta e na qualidade superficial, além gerar desvios geométricos na
peca usinada (SHOKRANI; DHOKIA; NEWMAN, 2012). Nesse sentido, os fluidos de corte
convencionais podem, em alguns casos, ser substituidos por ar comprimido refrigerado
utilizando o tubo de vortice Ranque-Hilsch (RHVT) com intuito de refrigerar a pega e a
ferramenta de corte, além de facilitar a remocao de cavacos da zona de corte. Essa técnica nao
¢ prejudicial ao meio ambiente e a saude humana e, além disso, pode reduzir
significativamente os custos de producdo sendo acessivel para pequenas e médias empresas

manufatureiras (RUBIO et al., 2015).

45



Apesar de requerer maior investimento de capital para sua implementagdo e possuir
alto custo de operacdo e manuten¢do, o método de refrigeracdo criogénico também ¢ uma
forma eficaz de reduzir a temperatura de corte. Um aumento de mais de quatro vezes na vida
da ferramenta de corte foi relatado por Khan ¢ Ahmed (2008) no torneamento do aco
inoxidavel AISI 304 quando utilizado resfriamento criogénico em compara¢do com a
condi¢do de lubrirrefrigeracdo convencional por 6leo soluvel (concentragdo de 5%). Esse
efeito foi mais pronunciado quando se utilizou velocidades de corte mais altas (250 m/min)
visto que, nessa situagdo o fluido de corte convencional perde o poder de lubrificagao
tornando-se ineficaz quanto a reducdo de calor na interface cavaco-ferramenta. Por outro lado,
Nalbant e Yildiz (2011) relataram desvantagem na utilizagdo do método de refrigeracao
criogénico por pulverizagdo de nitrogénio liquido em relacdo ao corte a seco durante o
fresamento do ago AISI 304 utilizando ferramenta de metal duro sem revestimento. Devido ao
resfriamento excessivo seguido de aquecimento causado pelo corte intermitente, pode ocorrer
o surgimento de trincas térmicas em torno da ponta da ferramenta, levando a sua falha
prematura. Além disso, a aplicagdo de fluido criogénico aumenta a dureza da pega de ago
inoxidavel AISI 304 podendo culminar no aumento da forca de corte. Em contrapartida,
Jerold e Kumar (2012) relataram que os fluidos criogénicos, como o CO,, tem capacidade nao
s0 de refrigerar a zona de corte, mas também de reduzir o atrito na interface cavaco-
ferramenta, atuando como lubrificante. Nesse sentido, a aplicagdo de CO, como fluido de
corte promoveu a redugdo entre 35 e 55% das forgas de usinagem em comparagdo com o
método de lubrirrefrigeracdo por jorro convencional durante o torneamento do aco inoxidavel
AISI 316, resultando em menor desgaste da ferramenta de corte e melhor acabamento da
peca.

Recentemente a aplicagdo de novos fluidos de corte, como nanofluidos e 6leos de
origem vegetal ndo toxico e biodegraddvel tem ganhado aten¢do da comunidade cientifica
mostrando-se promissores na tentativa de substituir os fluidos convencionais de origem fossil.
Contudo, para aplicacdo industrial, ainda faz-se necessario novos estudos quanto a sua
viabilidade técnica e econdmica. De acordo com Wickramasinghe et al. (2021), em geral os
Oleos vegetais apresentam baixa estabilidade térmica e oxidativa. Nesse sentido, particulas
solidas nanométricas especificas e/ou elementos surfactantes podem ser adicionados na

formulacao com intuito de inibir a oxidagdo e a evaporagao excessiva em altas temperaturas.
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3.5.1 Tubo de vortice

O tubo de vortice Ranque-Hilsch ¢ um dispositivo térmico simples, de baixo custo,
sem nenhuma parte movel, que pode separar uma unica injecdo de ar comprimido em duas
correntes com temperaturas diferentes sem auxilio de qualquer elemento elétrico ou quimico.
O ar comprimido ¢ admitido tangencialmente em alta velocidade no tubo e um forte fluxo
turbulento ¢ gerado devido a estrutura interna do tubo. Apds a separagao do fluxo e da
energia, o ar mais frio sai do confinamento através de um orificio circular central localizado
em um dos lados da extremidade do tubo e o ar mais quente sai na outra extremidade,
conforme mostrado esquematicamente na Figura 3.21 (AHLBORN; GORDON, 2000; GUO
etal.,2019; XUE et al., 2019).

Figura 3.21: Esquema do funcionamento do tubo de vértice de contra-fluxo
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Fonte: Mia ef al., (2018).

O efeito do tubo de vortice foi observado inicialmente em 1931, pelo fisico francés
Georges Ranque (RANQUE, 1934). Posteriormente, Hilsh apresentou investigagdes
detalhadas sobre a influéncia do efeito do atrito interno no funcionamento do tubo de vortice e
prop0Os seu aprimoramento por meio da otimizagdo de parametros geométricos (HILSCH,
1947). Em homenagem hé esses dois cientistas, o tubo de vortice ¢ também conhecido
atualmente como tubo de vortice Ranque — Hilsh.

Em geral, o tubo de vortice pode ser classificado em dois tipos, sendo um de contra-
fluxo (Figura 3.21), considerado o mais usual, e o outro de fluxo unico conforme ilustra a
Figura 3.22. A operacdo do tubo de vortice de fluxo Uinico ¢ semelhante a operagao do tubo de
contra-fluxo, com a diferenga que a saida de ar frio do tubo de fluxo Unico esta localizada
concentricamente com a saida anular para o ar quente, ao contrario da versao do tubo de
contra-fluxo (EIAMSA-ARD e PROMVONGE, 2008). Em tubos de vortice de fluxo tnico, o

fluxo de ar frio se mistura ao fluxo de ar quente no interior do tubo afetando negativamente as
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temperaturas dos fluidos, reduzindo assim sua eficiéncia. Por esta razdo, a aplicabilidade e o
uso de tubos de vortice de fluxo tnico geralmente ¢ menor em relagdo aos tubos de vortice de

contra fluxo (DINCER et al., 2009).

Figura 3.22: Funcionamento do tubo de vértice de fluxo tinico
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Fonte: Hu et al., (2020).

Desde que o efeito do tubo de vortice foi descoberto, muitos pesquisadores se
esforcaram para compreender e explicar o mecanismo fisico do fendomeno de separacao de
energia. Apesar das grandes contribui¢des dadas para o estudo do tubo de vortice desde o seu
surgimento, com a criagdo de algumas teorias, o fendmeno de separacdo de energia ainda esta
longe de ser elucidado por completo. Diversos fatores foram considerados para tentar explicar
o principio do efeito do tubo de vortice, como por exemplo, o efeito do atrito, gradientes de
pressdo, fluxo acustico e circulagdo secundaria. No entanto, atualmente ainda ndo hd um
consenso sobre o verdadeiro motivo pelo qual ocorre o efeito do tubo de vortice e, além disso,
alguns pesquisadores chegaram a obter conclusdes opostas (HU et al., 2020).

Simplificadamente, o principio de funcionamento do tubo de vortice de contra-fluxo
pode ser definido como segue. Um fluido compressivel ¢ introduzido no tubo de vortice por
meio do bico de entrada e passa por uma camara geradora de vortice ocasionando a formacgao
de fluxos turbulentos. O fluido segue tangencialmente a parede do tubo em forma de espiral
em altas velocidades no sentido da valvula conica de estrangulamento (valvula de controle).
Devido a estrutura do tubo de vortice, ocorre uma expansdo repentina quando o ar
comprimido ¢ injetado no tubo causando uma reduc¢do na temperatura do fluxo de ar no
centro. Considera-se que a pressao periféria € maior que a central, tendo como principal razao
a ocorréncia de expansao adiabatica na regido central e compressdo adiabatica na regido
periférica. Além disso, a velocidade angular do fluido préximo a parede do tubo ¢ menor do
que no centro, devido aos efeitos do atrito entre o fluido e a parede do tubo. Como resultado,
o fluido na regido central transfere energia mecanica para o fluido na parede do tubo enquanto
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a energia de difusdo ¢ transferida no sentido oposto. O fluxo de ar quente (regido periférica)
sai pela abertura da valvula de controle e o fluxo de ar frio (regido central) ¢ for¢ado a sair no
sentido oposto. A taxa de fluxo de massa e a temperatura dos fluxos que saem das
extremidades quente e fria sdo determinadas pela valvula de controle (LAGRANDEUR et al.,
2020; XUE; ARJOMANDI; KELSO, 2010).

Alguns parametros determinam a eficiéncia do tubo de voértice. De acordo com Attalla
et al. (2017), a fragdao de massa fria (MF) € o parametro mais importante que indica a divisao
de temperatura interna do tubo de vortice e seu desempenho térmico. A MF ¢ definida como a
parcela de ar comprimido que ¢ liberado pela extremidade fria do tudo e pode ser calculada

pela Equagdo 3.1 (LI et al., 2019).

MF = 1 /m, G.1)
Onde 1y representa a vazdo massica da corrente fria e 771, representa a vazao massica total do

fluido de trabalho na entrada do sistema.

A diferenga de temperatura fria ¢ definida pela Equacao 3.2.

ATy = (T, — Ty) (3.2)
Onde T. e Ty representa a temperatura do ar na entrada do sistema e na saida fria,
respectivamente.

Levando em consideragdo que a temperatura sozinha ndo pode ser considerada como
uma medida do nivel de energia de uma substancia, ¢ essencial calcular a magnitude da

capacidade de resfriamento (Qy) que quantifica o efeito de refrigeracdo fornecido por um tubo

de vortice, conforme a Equagao 3.3 a seguir (THAKARE; PAREKH, 2017).

Qf = me C, (T, — Tf) (3.3)
Onde C, representa o calor especifico do ar a pressdo constante.

Vale ressaltar que, conforme Godbole e Ramakrishna (2020), para uma aplicagdo de
resfriamento, uma menor temperatura do ar na saida de ar frio nem sempre resulta em maior
capacidade de resfriamento. Além disso, eles relataram que o valor da fracdo massica fria
para a capacidade maxima de resfriamento geralmente fica em torno de 0,5 e 0,7 enquanto
que para a temperatura minima na extremidade fria, esse valor se encontra na ordem de 0,2 a
0,4. Portanto, além da temperatura fria, ¢ de suma importancia o estudo da capacidade de
resfriamento no processo de usinagem.

Brandao; Coelho e Rodrigues (2008) analisaram os efeitos de dois diferentes sistemas

de refrigeracdo, ar comprimido e ar refrigerado por tubo de vortice, comparando-os com o
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corte a seco no fresamento de topo de dois agos comumente aplicados a moldes e matrizes
(AISI H13 e AISI D2) utilizando ferramentas de metal duro revestidas com (TiAI)N e
ferramentas com ponta de PcBN. Dentre os sistemas utilizados, o ar refrigerado por tubo de
vortice mostrou-se o mais adequado, pois proporcionou uma redugao significativa na
temperatura da pega, demonstrando uma excelente capacidade de remocao de calor.

Durante o torneamento do aco API5SX70 (geralmente utilizado como dutos pela
industria petrolifera) Arruda e Brandao (2018), relataram um aumento de aproximadamente
22% na vida da ferramenta de corte quando o sistema de tubo de vortice foi utilizado em
comparagdo com o corte a seco (na condi¢cdo de velocidade de corte de 200 m/min, avanco de
0,2 mm/rev e profundidade de usinagem de 0,8mm). Esse aumento foi ainda mais

pronunciado (cerca de 32%) quando altas velocidades de corte foram utilizadas (600m/min).
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4 PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL

Este capitulo descreve os materiais, equipamentos ¢ a metodologia utilizados no
desenvolvimento do trabalho. O aco inoxidavel supermartensitico (AISM) foi caracterizado
por meio de andlises microestrutural e estudo de transformagdes de fases, enquanto que os
testes de usinabilidade foram realizados por meio do torneamento do AISM empregando
diferentes condi¢cdes de lubrirrefrigeracdo. O fluxograma da Figura 4.1 descreve
sistematicamente os procedimentos realizados para confec¢ao deste trabalho.

O ensaio metalografico foi realizado no Laboratério de Ensaios e Andlise em
Materiais - LAMAT do SENAI Itaina CETEF Marcelino Corradi. Os ensaios de dilatometria
foram realizados no Instituto de Metalurgia e Ligas Especiais do Centro de Inovagdo e
Tecnologia — CIT SENAI Belo Horizonte. Os testes de usinagem do AISM foram realizados

no Laboratério de Usinagem e Automacao da UFMG.

Figura 4.1: Fluxograma dos procedimentos realizados
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Fonte: Proprio autor
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4.1 Materiais

O material utilizado como corpo de prova foi o ago inoxidavel supermartensitico
(AISM) normalmente encontrado no mercado sob a denominacdo Super Cromo 13. Sua
composicdo quimica pode ser observada na Tabela 4.1. O material foi adquirido em forma de
tubo sem costura, temperado e revenido, com dureza média de 275 HV. Foram utilizados
tubos com diametro externo de 165 mm, diametro interno de 100 mm e comprimento de 155

mm.

Tabela 4.1: Composicio quimica (% em massa) do aco AISM

C Cr Mo Ni Mn P S N Si Cu Ti Fe

0,014 11,75 1,93 555 049 0,02 0,004 0,02 0,26 0,11 0,14 bal

Fonte: Santos, (2019).

A microestrutura do AISM ¢ mostrada na Figura 4.2 (apds ataque quimico por
reagente Villela), onde ¢ possivel observar a presenga de martensita nova (M), martensita
revenida (M’) e particulas ndo metalicas do tipo TiCN. Além disso, ripas de martensita sao

facilmente observadas ao longo do material.

Figura 4.2: Microestrutura do aco inoxidavel supermartensitico

Fonte: Proprio autor
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Os ensaios de torneamento foram realizados com duas classes de ferramentas de corte.
Para os testes de medicdo de temperatura de usinagem foi utilizado o inserto de metal duro
classe ISO P10-30 (Iscar 9015) revestido com TiCN + Al2O3 + TiN por CVD. O inserto
apresenta geometria ISO CNMG 120408-GN com quebra cavacos MM e foi montado em um
porta-ferramenta cédigo ISO DCLNR2020-K12. Ja para os demais testes (for¢ca de usinagem,
rugosidade da peca e vida da ferramenta) foi utilizado o inserto de metal duro classe ISO M45
(Mitsubishi UTi20T) sem revestimento com geometria ISO SPMN120308, montado em um
porta-ferramenta Iscar CSDPN 2020K-12CEA. A Tabela 4.2 apresenta as geometrias dos

insertos utilizados.

Tabela 4.2: Geometria dos insertos utilizados nos testes de torneamento

Ferramenta Angulo efetivo de Simbolo Graus Dimensdes (mm)
Iscar 9015 posicao principal Xr 40° IC 12,70
i 7 saida Yo -6° L 12,90
i | @ inclinagao As 5° RE 0,80
! & ponta g 80° S 4,76
RE/aL—w  wss folga o 6°
S posicdo principal Xr 45° IC 12,70
MltSleRIEShl UTi20T saida Yo 0° RE 0,80
i inclinagao As 5° S 3,18
D D : ponta & 90°
e L e folga o 11°

Fonte: Iscar (2020); Mitsubishi (2020).

Para a condi¢do de torneamento utilizando o método por jorro, foi empregado o fluido
de corte sintético Petronas MECAFLUID S 3000 com concentragdo de 5% e sua vazao foi

mantida em 5,2 L/min com pressdo de 1,1 bar.

4.2 Equipamentos

O detalhamento dos equipamentos utilizados em cada etapa experimental ¢&

apresentado a seguir.
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4.2.1 Caracterizacio do AISM

A caracterizacdo microestrutural foi realizada com referéncia a norma ABNT NBR
15454:2007. Foi utilizado o microscopio otico Olympus GXS51 para andlise metalografica,

conforme ilustra a Figura 4.3.

Figura 4.3: Microscépio ético Olympus GX51

Fonte: Proprio autor

Com intuito de determinar as temperaturas de transformacdo de fases durante o
aquecimento e o resfriamento do ago inoxidavel supermartensitico foram realizados testes
dilatométricos sem deformagdo por meio do dilatometro TA Instruments, modelo DIL 805
A/D/T. A Figura 4.4(a) ilustra o dilatdmetro utilizado nos ensaios e a Figura 4.4(b) mostra sua

estrutura interna durante aquecimento por inducao.

Figura 4.4: Dilatometro DIL 805 A/D/T: (a) dilatometro e (b) detalhe interno

Fonte: Proprio autor
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Para aquisicdo da temperatura durante os ensaios dilatométricos foram utilizados
termopares do tipo S. Os termopares foram soldados aos corpos de prova por meio de
soldagem a ponto por resisténcia. Durante o processo de soldagem o gas Hélio foi utilizado
como prote¢do contra oxidagdo. A Figura 4.5(a) mostra a maquina utilizada para soldagem do

termopar no corpo de prova e o detalhe do termopar ja soldado na amostra ¢ mostrado na

Figura 4.5(b).

Figura 4.5: Maquina de soldagem a ponto por resisténcia (a) e termopar soldado na amostra (b)

Fonte: Proprio autor

4.2.2 Usinabilidade do AISM

Os experimentos de torneamento foram realizados em um torno Romi modelo Centur
30S, com poténcia de 5,5 kW e rotagdo méaxima de 3500 rpm, conforme mostra a Figura 4.6.

O torno ¢ equipado com comando numérico computadorizado MACH 9.

Figura 4.6: Torno utilizado nos testes de usinabilidade do AISM

Fonte: Proprio autor
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Trés condicdes de lubrirrefrigeragdo foram testadas: corte a seco, jorro e ar
comprimido refrigerado. Na condi¢ao de lubrirrefrigeragdo por jorro utilizou-se o sistema do
proprio torno composto por uma bomba com poténcia de 560 W e um reservatorio com
capacidade de 65 litros.

A Figura 4.7 mostra a configuracdo do sistema de refrigeragdo por ar frio, onde sdo

ilustrados os principais equipamentos utilizados em sua montagem.

Figura 4.7: Configuracio experimental do sistema de refrigeracio por ar frio

SAIDA DE AR QUENTE

sAiDA DE AR FRIO

1- Compressor 4- Medidor e regulador de presséo 7- Medidor de presséo
2- Tanque de ar 5- Registrador de temperatura 8- Fluxémetro
3-Filtro de ar B- Valvula 9- Tubo de vortice

Fonte: Proprio autor

Conforme representado na Figura 4.7, para alimentar o sistema de refrigeracao por ar
comprimido refrigerado foi utilizado o compressor de ar (1) Chicago Pneumatic Red Power,
modelo CPB 30-8 com capacidade de 3,0 m’/min e pressio maxima de 8 bar. O ar
comprimido ¢ armazenado no tanque (2) e depois de passar pelo filtro (3) sua pressdo ¢
verificada e regulada por meio do medidor e regulador de pressdo (4). A valvula (6) ¢
acionada no inicio e no final do teste. O ar comprimido ¢ admitido tangencialmente no tubo
de vortice (9) em alta velocidade e um fluxo turbulento ¢ gerado devido a estrutura do tubo.
Ap0s a separacdo do fluxo e da energia, o ar mais frio sai do confinamento através de um
orificio circular central localizado em um dos lados da extremidade do tubo e o ar quente sai
na outra extremidade proxima a area periférica. Para a medicdo das grandezas fisicas, na
entrada e na saida do tubo de vortice (9) foram utilizados os seguintes equipamentos:
manometro WEISS (7) com faixa de medi¢do de 0 a 11 bar, fluxdmetro de area variavel
LAKE (8), registrador de temperatura 88598 AZ tipo k com 4 canais (5) e termopares do tipo
K.
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A temperatura da ferramenta durante os testes de torneamento foi registrada por meio
do data logger 88598 AZ auxiliado por um termopar Omega do tipo K com didmetro de 0,25
mm e isolamento de teflon.

A intensidade das componentes da for¢a de usinagem (forga de corte, for¢a de avanco
e forga passiva) durante as condi¢des de torneamento em estudo foram obtidas por meio de
um dinamometro Kistler 9272 auxiliado por um amplificador de sinal Kistler 5073. Ja a
rugosidade do corpo de prova foi avaliada por meio do rugosimetro Taylor-Hobson modelo
Surtronic 25.

Para medi¢do do desgaste de flanco dos insertos foi utilizado o microscépio Optico
Olympus CX31 auxiliado por uma fonte de alimentacao externa Olympus TH4-100 e por uma
camera digital Olympus LC30, conforme ilustra a Figura 4.8. Antes de cada medigao, foi feita
a limpeza dos insertos por meio de banho ultrasénico utilizando uma lavadora por ultrassom
Limp Sonic, modelo LS-1,3D-3/X. Por fim, para estudar os mecanismos de desgaste dos
insertos, foi utilizado o microscopio eletronico de varredura de feixe duplo FEI Quanta 3D

FEG com detector EDS.

Figura 4.8: Configuracio adotada para medi¢cio do desgaste de flanco dos insertos

Fonte: Proprio autor

4.3 Métodos

Esta secdo apresenta o desenvolvimento da metodologia adotada, onde sao
apresentadas as etapas de caracterizagdo fisico-quimica e usinabilidade do aco inoxidavel

supermartensitico.
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4.3.1 Dilatometria

Os testes dilatométricos foram realizados em trés amostras do aco inoxidavel
supermartensitico para determinar as temperaturas de transformag¢do durante aquecimento e
resfriamento. Foram utilizados corpos de prova cilindricos com 4 mm de didmetro e 10 mm
de comprimento. Para obtencdo dos corpos de prova, tubos de ago inoxidavel
supermartensitico foram seccionados € em seguida, para alcangar a geometria desejada, o
material passou pelo processo de torneamento. O aquecimento das amostras foi realizado por
inducdo e o resfriamento foi feito na presenga de gas Hélio. Estas amostras foram soldadas a
termopares do tipo S para medicdo da temperatura em tempo real e controle do ciclo térmico.
Todos os ensaios de dilatometria foram realizados sob alto vacuo (5x10™ mbar) para evitar a
oxidacdo dos corpos de prova. Durante os testes, foram utilizadas trés diferentes taxas de
aquecimento seguindo os ciclos térmicos descritos na Figura 4.9. Por meio dos dados obtidos
durante o aquecimento e o resfriamento das amostras foi possivel identificar as seguintes
temperaturas: temperatura de inicio de transformacdo austenitica no aquecimento (Acy),
temperatura final de transformacao austenitica no aquecimento (Ac;), temperatura de inicio de
transformagao martensitica (Ms) e temperatura final de transformacao martensitica (Mf). Para
determinar a temperatura exata, aplicou-se o método da primeira derivada na curva de

dilatagao versus temperatura.

Figura 4.9: Ciclos térmicos utilizados nos ensaios de dilatometria

Temperatura de austenitizacdo: 950 °C
Tempo deaustenitizacio: 180 s

5}
L
g
5 Taxasdeaquecimento: | Tixa de resfriamento:
2 \ 20°C/s 5°Cls
2 10°C/s

2°C/s

Tempo (s)

Fonte: Proprio autor
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4.3.2 Condic¢odes de torneamento

As condi¢oes de corte estdo descritas na Tabela 4.3. Para cada condicao de
lubrirrefrigeracdo, foram variados a velocidade de corte e o avango. A profundidade de
usinagem foi mantida constante (a, = 1,0 mm) em todos os testes. Foi realizada uma réplica
de cada experimento, totalizando trinta e seis testes. A sequéncia dos experimentos foi

aleatorizada por meio do sofiware Minitab 18.

Tabela 4.3: Matriz experimental.

Parametros de corte
Condicao de lubrirrefrigeragdo Velocidade de corte (m/min)  Avango (mm/rev)

Jorro 80 0,1
Ar refrigerado 120 0,3
Seco 160

Fonte: Proprio autor

A montagem experimental para os testes de torneamento pode ser observada na Figura
4.10, onde € possivel observar que a distancia de aplicacdo dos fluidos de corte entre o bocal e

a ferramenta foi mantida em 10 mm.

Figura 4.10: Montagem experimental

Dinamometro

Fonte: Proprio autor
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Na condi¢ao de lubrirrefrigeragao por ar comprimido refrigerado, foi utilizado um
sistema com tubo de vortice (Figura 4.7). O tubo de vortice utilizado no sistema de
refrigerag¢do foi revestido com uma manta fibra de vidro com o intuito de diminuir as perdas
térmicas para o ambiente. A temperatura do ar comprimido na entrada do tubo de vortice foi
de 20,8°C e na saida de ar frio a temperatura se manteve em -6,4 °C (a temperatura foi medida
a aproximadamente 10 mm da saida do bocal) enquanto no lado quente foi de 51,2°C. A
pressdo no sistema foi mantida constante em 5,5 bar. A temperatura ambiente medida foi de

23,4°C e a vazao na saida de ar frio foi de 1570 L/min com pressdo de 4,5 bar.

4.3.3 Medicao da temperatura da ferramenta

A temperatura da ferramenta foi obtida pelo método do termopar implantado. A taxa
de amostragem do registrador de temperatura foi ajustada para uma amostra por segundo. Os
dados foram registrados em um cartdo SD e posteriormente transferidos para um computador
pessoal para andlise dos resultados. Para possibilitar a inser¢ao do termopar, foi realizado um
furo no inserto por meio do processo de eletroerosao, resultando em diametro de 1,2 mm e
uma distancia de aproximadamente 0,75 mm até a superficie de saida. Para maximizar a
transferéncia de calor, foi utilizada pasta térmica no acoplamento do termopar no furo. Uma
unica aresta de corte foi utilizada para cada condi¢ao de avanco com intuito de garantir que a
distancia entre o termopar e a interface ferramenta-pega permanecesse constante para todas as
condi¢des de velocidade de corte e lubrirrefrigeracdo testadas. Foi avaliado o tempo de corte
para que a temperatura de corte atingisse um patamar considerado estavel. Com isso, o tempo
efetivo de corte adotado foi de 30 segundos para todas as condi¢des testadas. O experimento
foi conduzido em blocos aleatorizados com intuito de diminuir a influéncia do desgaste da

ferramenta na temperatura de corte.

4.3.4 Medicao das componentes da forca de usinagem

Durante o torneamento do ago inoxidavel supermartensitico foram coletados dados das
componentes da forca de usinagem: forca de corte (Fc), for¢a de avango (Ff) e forca passiva
(Fp). Os dados foram coletados a uma taxa de aquisicdo de 200 Hz e por meio do software
ManuWare o sinal foi processado e armazenado. A Figura 4.11 ilustra a interface do software

ManuWare, onde pode ser observado que os dados sdo armazenados em valores de tensdo
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elétrica que posteriormente sdo convertidos em valores de forga mecanica. O comprimento de

corte foi de 20 mm para todas as condi¢des testadas (Tabela 4.3).

Figura 4.11: Interface do sofiware ManuWare

h Add Display = ExportTo = Properties

o
=)
=
= S00m -
=y
S00m -
357 | | [ [ I
17:55:25 114 17:55:20.000 A7 :55:35.000 A7 :55:40.000 A7 :556:46.61:
s} ||+ 4"?)' Time (s}
2lelr] o
17:55:25.114 175530, (b 17:55:35. 000 17:55:40.000 17:55:46.61

Fonte: Proprio autor

4.3.5 Medicao da rugosidade da superficie torneada

Os parametros de rugosidade estudados foram: desvio médio aritmético (Ra) e altura
maxima do perfil (Rz). Foi empregado o comprimento de amostragem de 0,8 mm para a
condicdo de avango de 0,1 mm/rev, enquanto que apds o torneamento utilizando avango de
0,3 mm/rev foi adotado comprimento de amostragem igual a 2,5 mm, conforme norma ISO
4288 (1996). Para cada teste, foram realizadas trés medigdes equidistantes em
aproximadamente 120° para posterior calculo da média. Por meio da Figura 4.12 ¢ possivel
observar a montagem do sistema de medi¢cdo da rugosidade da peca apos cada condicdo de
torneamento. Observa-se que um suporte foi utilizado para possibilitar o alinhamento do
apalpador do rugosimetro com a peca com intuito de realizar a medicao dos parametros de

rugosidade com a peca ainda presa na placa do torno.
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Figura 4.12: Montagem do sistema de medi¢do de rugosidade

Fonte: Proprio autor

4.3.6 Medicao do desgaste dos insertos

Com intuito de avaliar a evolucdo do desgaste dos insertos durante o torneamento
foram realizados testes em duas condigdes criticas de corte. Primeiramente foram utilizados
os parametros de velocidade de corte igual a 160 m/min e em seguida aumentou-se a
velocidade de corte para 200 m/min mantendo-se o avango sempre em 0,1 mm/rev. Todas as
condi¢des de lubrirrefrigeracdo foram testadas, juntamente com a condic¢do de corte a seco. O
critério utilizado para o fim de vida da ferramenta foi desgaste de flanco médio (VBg) de 0,3
mm ou tempo de corte igual a 30 minutos, aplicando o primeiro a ocorrer, conforme a norma
ISO 3685 (1993). O desgaste de flanco (VBg) foi monitorado a cada 3 minutos de corte até
que o critério de fim de vida fosse atingido. Para possibilitar a medi¢ao do desgaste de flanco,
fez-se necessario a remog¢ao do material aderido a aresta de corte. Para isso, antes de cada
medicao de desgaste os insertos foram imersos no reagente Nital com concentracao de 3% por
30 minutos em uma lavadora por ultrassom. Em seguida o desgaste de flanco foi medido no
microscopio optico Olympus CX31 (Figura 4.8) com auxilio do software LCmicro. Quando o
fim de vida da ferramenta foi atingido, foram obtidas imagens da area desgastada por meio do
microscopio eletronico de varredura de feixe duplo FEI Quanta 3D FEG operado com tensodes

de aceleragao de 5 kV e 15 kV.

62



5 RESULTADOS E DISCUSSOES

Neste capitulo s3ao apresentados os resultados obtidos e as discussdes para

caracteriza¢do do aco inoxidavel supermartensitico e sua usinabilidade.

5.1 Dilatometria

A caracteriza¢ao do material em condicdes de usinagem ainda ¢ um desafio devido as
altas taxas de deformacdo plastica e o rdpido aquecimento envolvido durante o processo de
corte, podendo exibir transformacdo fase, recristalizagdo dindmica e amaciamento térmico
(LIANG; LIU; WANG, 2020; ZHANG et al., 2021). Nesse sentido, a técnica de dilatometria
pode auxiliar no estudo do comportamento termodinamico do material a ser usinado e,
especificamente neste trabalho, ela foi utilizada para prever uma possivel transformacdo de
fase durante o torneamento do AISM.

Durante o aquecimento continuo das amostras no dilatdmetro, a variagdo dimensional
(dilatacdo) e a mudanca na temperatura foram registradas em funcdo do tempo. As taxas de
aquecimento foram realizadas simulando as condi¢des de torneamento, conforme cada
método de lubrirrefrigeracao utilizado, enquanto que a taxa de resfriamento utilizada foi de 5
°C/s simulando a condi¢do de resfriamento a ar (ESCOBAR et al., 2017). As curvas que
mostram a relag@o entre dilatagdo e temperatura estdo representadas na Figura 5.1, onde Ac;
representa a temperatura de inicio de transformacgdo austenitica no aquecimento, Acs a
temperatura final de transformacao austenitica no aquecimento, M temperatura de inicio de
transformagdo martensitica, My temperatura final de transformag¢do martensitica, P,
temperatura de inicio de precipitacdo no resfriamento e P, temperatura final de precipitagdo
no resfriamento e seus valores sdo representados na Tabela 5.1. Os graficos das derivadas
utilizadas para obtengdo exata dos pontos analisados sdo demonstrados no Apéndice A

(Figuras A.1, A2 e A.3).
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Figura 5.1: Curvas de dilatacio para o AISM
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Fonte: Proprio autor.

Tabela 5.1: Temperaturas de transformacio de fase durante aquecimento e resfriamento do AISM

Taxa de aquecimento (°C/s)  Ac; (°C) Ac;(°C) P (°C) P,(°C) M (°C) M;(°C)
2 726 801 658 569 286 209
10 761 851 628 527 282 207
20 772 858 602 501 283 190

Fonte: Proprio autor.

A transformac¢do de martensita (fase M’, clibica de corpo centrado) em austenita (fase
Y, cubica de face centrada) durante o aquecimento do AISM causa uma redugdo significativa
de volume (contragdo) que € caracterizada pelo seu inicio em Ac; e término em Acs. De
acordo com Bojack et al., (2012) a formacao de austenita ¢ uma transformagao difusional e,
portanto, espera-se que a variagdo da taxa de aquecimento influencie a cinética de
crescimento da austenita. Por meio da Figura 5.1 € possivel observar que para taxas de
aquecimento menores, a temperatura Ac; também € menor. Esse fato ¢ explicado pela
variacdo do tempo de difusdo, ou seja, uma taxa de aquecimento menor aumenta o tempo de
difusdo e, portanto, diminui a temperatura de nucleagdo e crescimento da austenita. Resultado

semelhante foi relatado por trabalhos anteriores onde o aumento da taxa de aquecimento tem
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como consequéncia o aumento da temperatura de transformacao austenitica (BOJACK et al.,
2016; NIESSEN et al., 2017).

Em um estudo sobre a ocorréncia de transformagdo de fase durante a usinagem,
Mondelin et al., (2014) propuseram um modelo com intuito de determinar a cinética de
austenitiza¢ao de um ago inoxidavel martensitico AISI S15500, onde foram realizados testes
de dilatometria sem deformacdo (altas taxas de aquecimento e resfriamento foram utilizadas
com intuito de simular a condig¢do de torneamento). Os autores relataram que a transformacao
austenitica nao tem tempo de ocorrer significativamente durante o torneamento do AISI
S15500 sob condigdes de corte tipicas. Entretanto, vale ressaltar que o modelo proposto nio
considera o efeito da taxa de deformacgdo sobre a transformagdo de fase. Dessa forma,
destaca-se que além da taxa de aquecimento ¢ da temperatura de corte, as altas taxas de
deformacdo envolvidas no processo de corte exercem grande influéncia na caracteristica
termomecanica da peca e podem influenciar consideravelmente uma possivel transformagao
de fase durante o torneamento. Nesse sentido, ¢ esperado que a presenga de tensdes de
cisalhamento e altas taxas de deformagdo plastica reduzam a temperatura de transformacgao
austenitica. Com auxilio do sofiware de elementos finitos ABAQUS, Ramesh e Melkote
(2008) desenvolveram um modelo termomecanico do corte ortogonal do agco AISI 52100. Os
autores relataram que utilizando velocidade de corte igual a 243,84 m/min e avango igual a
0,178 mm/rev, a temperatura final transformagao austenitica Acs foi reduzida em 25,16% em
relacdo a temperatura nominal de transformacao austenitica (Acs sem deformacao) indicando
uma influéncia significativa das tensdes de corte sobre a transformagao de fase.

E amplamente difundido que o Ni reduz a temperatura na qual a austenita ¢ estavel,
dessa forma, Bojack et al., (2012) relataram que a transformacao austenitica pode ocorrer em
dois estagios, sendo que as regides ricas em Ni sdo transformadas em austenita primeiro
durante o aquecimento, seguidas pelas regides depletadas de Ni que ocorre em temperaturas
mais altas. Esse fendmeno ndo foi observado no presente estudo, conforme pode ser
observado na Figura 5.1. Isso foi atribuido a homogeneidade do AISM em estudo.

Devido a extrema temperabilidade dos AISM, sua microestrutura apresenta-se quase
totalmente martensitica apds o resfriamento, partindo da austenitizagcdo acima da temperatura
Acs. O Ti € acrescido a liga para diminuir o teor de carbono e nitrogénio em solugdo solida e,
além disso, devido a sua maior afinidade com carbono e nitreto em relagdo ao cromo, sua
presenca em quantidade suficiente no aco pode fazer com que todo carbono e nitrogénio

precipitem como carbonitretos de titanio para evitar a precipitagdo de carboneto de cromo.
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Além disso, a adicdo de Ti ao AISM pode favorecer o refinamento microestrutural da liga
aumentando sua resisténcia mecanica (LIAN et al., 2015). A contrac¢do indicada pelo inicio
em P; e término em P, ¢ atribuida ao fendmeno de precipitagdo interfase durante o
resfriamento, que por sua vez altera as propriedades mecanicas do AISM. O surgimento de
carbonitretos de titdnio (como os apresentados na Figura 4.2) de elevada dureza na matriz
martensitica do AISM influencia positivamente a resisténcia a corrosdo por pite, no entanto,
favorece negativamente o torneamento do AISM onde o desgaste abrasivo da ferramenta de
corte ¢ promovido.

A expansdo volumétrica devido a transformacdo martensitica pode ser facilmente
visualizada por meio da Figura 5.1, onde as temperaturas de inicio (Ms) e final (My) de
transformagao martensitica encontram-se bem acima da temperatura ambiente, indicando que
o AISM possui estrutura martensitica estavel termodinamicamente na temperatura ambiente.
Destaca-se que, para as trés condi¢Oes testadas, as temperaturas de transformacao
martensiticas foram semelhantes. Esse resultado era esperado, visto que, o mecanismo de
transformag@o martensitica ¢ um mecanismo adifusional de cisalhamento (NISHIYAMA,
2012). No entanto, como o tornecamento do AISM envolve altas taxas de cisalhamento,
espera-se que a temperatura Ms tem seu valor elevado durante o processo de corte, visto que a
deformacdo por cisalhamento auxilia na transformacdo martensitica. Nesse sentido, uma
mudanga nos parametros de corte tem como consequéncia a mudanca na temperatura de
transformagdo martensitica. Este fato exige maiores investigagdes, no entanto, atualmente
existem barreiras no estudo da transformacao martensitica durante o torneamento devido a
dificuldade de obtencao de dados para a transformacao de fase in situ, uma vez que, além de
altas taxas de deformacdo, elevadas taxas de aquecimento e resfriamento estdo envolvidas no

processo de torneamento.

5.2 Temperatura da ferramenta de corte

Os perfis de temperatura da ferramenta de corte registrados durante o torneamento
utilizando avang¢o de 0,1 mm/rev sdo mostrados na Figura 5.2. Observa-se que o meio
lubrirrefrigerante influenciou diretamente a temperatura, sendo que a condi¢ao de corte a seco
proporcionou o maior patamar de temperatura (cerca de 115 °C) seguida pela condigdo de
corte utilizando ar refrigerado (cerca de 75 °C) e jorro (cerca de 40 °C). O corte a seco ¢

incapaz de resfriar a zona de corte de maneira eficaz devido a limitacdo do processo de
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transferéncia de calor por convecc¢do natural. Por outro lado, o ar comprimido refrigerado
pode promover a redugdo da temperatura de corte por meio da convecgdo forcada
(INCROPERA e WITT, 2002). Além disso, a reducdo da temperatura na zona de corte ¢
facilitada pela troca de calor entre o ar refrigerado de baixa temperatura e a ferramenta de
corte. Ademais, o fluxo de ar comprimido pode favorecer a remogao do cavaco da zona de
corte. E por sua vez, a solucdo aplicada por jorro convencional alia simultaneamente
lubrificagdo e arrefecimento, promovendo a reducdo do atrito entre a ferramenta e a peca,
levando a uma reducdo ainda maior na temperatura de corte.

Para o corte a seco notou-se que a temperatura da ferramenta apresentou a mesma
tendéncia para todas as velocidades de corte utilizadas. Por outro lado, quando foram
utilizados os meios lubrirrefrigerantes solucdo (jorro) e ar refrigerado, houve um aumento
aparente da temperatura da ferramenta quando foi utilizada a velocidade de corte de 120
m/min em relagdo as demais velocidades de corte. A variacdo da velocidade de corte interfere
diretamente no sistema tribolégico envolvido nas interfaces entre cavaco, ferramenta e pega e,
além disso, o mecanismo de formagdo de cavaco ¢ afetado. Dessa forma, percebe-se a
complexidade dos fenomenos envolvidos no processo de corte e neste caso, ressalta-se sua
ndo linearidade. Portanto, o fato da velocidade intermediaria (120 m/min) promover maiores
temperaturas quando foram utilizados meios lubrirrefrigerantes, pode estar atrelado a possivel
formacgao de aresta postiga de corte na condicao de corte utilizando velocidade de corte de 160
m/min que por sua vez modifica as condi¢des de interface podendo reduzir a temperatura de

corte.

Figura 5.2: Temperatura da ferramenta durante o torneamento com avanco de 0,1 mm/rev
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Fonte: Proprio autor
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A Figura 5.3 ilustra a temperatura da ferramenta durante o torneamento do AISM
utilizando avanco de 0,3 mm/rev. Observa-se que a condi¢ao de corte a seco proporcionou 0s
maiores patamares de temperatura (cerca de 170 °C), seguida pela condicdo de corte
utilizando ar refrigerado (cerca de 100 °C) e pelo método de lubrirrefrigeracdo por jorro
(cerca de 50 °C), respectivamente. Esse resultado comprova a eficiéncia dos métodos de
lubrirrefrigeracdo empregados com relacdo a reducdo da temperatura durante o torneamento,
nas condig¢oes de corte testadas.

Durante o tornecamento do AISM utilizando avango de 0,3 mm/rev e velocidade de
corte mais baixa (80 m/min), temperaturas mais altas foram observadas quando os métodos de
lubrirrefrigeracdo foram aplicados. Isso provavelmente se deve ao sistema triboldgico
envolvido no processo de corte, onde a condi¢dao de baixa velocidade de corte por vezes pode
apresentar alto coeficiente de atrito entre a ferramenta e a peca/cavaco, gerando condigdes de
adesdo de material na zona de corte, € consequentemente, ocorre o aumento da energia total

do sistema, resultando em um acréscimo na geragao de calor e maior temperatura.

Figura 5.3: Temperatura na ponta da ferramenta durante o torneamento com avanco de 0,3 mm/rev
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Observa-se que as curvas de temperatura t€ém uma similaridade de forma para ambos
0s avangos, enquanto a amplitude se difere. O aumento no avango provoca um aumento da
temperatura na ponta da ferramenta para ambos os fluidos de corte, incluindo a condi¢do de

corte a seco. A taxa de remogdo de material aumenta com o aumento do avango e
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consequentemente, a energia envolvida no corte também aumenta. J& a velocidade de corte
afetou o comportamento da temperatura de forma desproporcional para ambos os avangos.

Foi verificado que existe uma diferenga entre as taxas em que a temperatura de corte
aumenta até a sua estabilizagdo para cada condi¢ao de lubrirrefrigeragao. Para o corte a seco a
taxa de aquecimento variou de 7,5 °C/s a 23,2 °C/s enquanto que nas condigdes de
lubrirrefrigeracdo utilizando ar refrigerado de 4,7 °C/s a 10,6 °C/s e solugdo (jorro) de 2,3
°C/s a 3,9 °C/s respectivamente. Desta forma, possivelmente a aplicagdao de fluidos de corte

pode interferir diretamente no estado termodinamico da liga durante o torneamento.

5.3 Componentes da for¢ca de torneamento

Por meio da dinamometria foi possivel obter as componentes da for¢a de torneamento
bem como avaliar a influéncia de cada pardmetro de corte sobre o comportamento de cada
componente. Dessa forma, as componentes da forca de torneamento serdo discutidas na
seguinte ordem: forca de corte, for¢a de avango e forga passiva.

Para validagdo dos resultados, foi realizada a analise estatistica por meio de analise de
variancia (ANOVA) seguida de testes de comparagdes multiplas entre as médias por meio do
teste Tukey. Essa andlise foi realizada para um nivel de significancia de 5%. A propor¢ao de
cada parametro do modelo foi calculada, indicando a contribuig@o e o grau de influéncia sobre
as variaveis de saida. Os resultados significativos caracterizados pelo valor p < 0,05 foram
destacados. Os dados experimentais obtidos estdo representados na Tabela B.1 do Apéndice

B.

5.3.1 Forc¢a de corte

Foi feito inicialmente o teste de Anderson-Darling por meio do software Minitab 18.1
com intuito de avaliar a distribuicao dos residuos da forca de corte e, por consequéncia, o grau
de ajuste do modelo. Além disso, para comprovar a validade do modelo, também foram feitas
andlises dos residuos quanto aos valores ajustados e a ordem de observagdo. O resultado dos
testes pode ser verificado no Anexo C deste trabalho. Os residuos da forca de corte
apresentaram distribuicdo normal, caracterizado pelo valor de p maior do que o nivel de
significancia (0,05). Ademais, os residuos possuem independéncia entre os valores ajustados,

sugerindo que ndo ha diferenga significativa nas variacdes dos diferentes niveis
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compreendendo em boa homogeneidade dos dados e, além disso, eles se encontram
aleatoriamente distribuidos ao longo do experimento indicando que a aleatorizagdo dos
experimentos teve como efeito a minimizagdo da influéncia de fatores externos. Igualmente,
foi verificada a homoscedasticidade dos dados, onde o modelo de Levene foi utilizado com
nivel de significancia de 5%. O valor de p obtido foi de 0,70 resultando na ndo rejeicdo da
hipotese nula, ou seja, todas as varidncias sdo iguais, confirmando assim a validade do
modelo.

A forca de corte foi a principal componente que afetou a for¢ca de usinagem (forca
resultante), sendo cerca de duas vezes maior do que as forcas de avango e passiva, conforme
pode ser observado na Tabela B.1 do Apéndice B. O resultado da andlise de variancia para a
forga de corte pode ser observado na Tabela 5.2. O coeficiente de correlagio R? indica que o
modelo € capaz de descrever em 99,62% o comportamento da for¢a de corte (F.). Observa-se
que os parametros avango (f), velocidade de corte (v.) € a interacdo entre avango ¢ velocidade
de corte (f * v.) influenciaram significativamente ¢ em ordem decrescente o comportamento
da forca de corte. Além disso, o método de lubrirrefrigeracdo empregado nao foi capaz de
influenciar estatisticamente a for¢ca de corte. Foi relatado em trabalhos anteriores que a
profundidade de usinagem e o avango sdo os principais fatores que influenciam a forca de
corte, sobretudo porque um incremento nesses parametros levam a um aumento na area da

secdo de corte (MEDDOUR et al., 2015).

Tabela 5.2: Analise de varidncia para a forca de corte

Parametro/interagao GL SQSeq SQ(Aj.) QM((Aj.) ValorF  Valor-P Contribuigdo
f 1 1087731 1087731 1087731 4956,46 0,000 98,58%
Ve 2 7413 7413 3707 16,89 0,000 0,67%
Meio lubrirrefrigerante 2 173 173 86 0,39 0,680
f*v, 2 1661 1661 830 3,78 0,043 0,15%
f * Meio lubrirrefrigerante 2 717 717 359 1,63 0,223
v, * Meio lubrirrefrigerante 4 1038 1038 259 1,18 0,352
f* v, * Meio lubrirrefrigerante 4 679 679 170 0,77 0,556
Erro 18 3950 3950 219
Total 35 1103362
S R2 R2(aj) PRESQ R2(pred)
14,8141 99,64%  99,30%  15800,9 98,57%

Fonte: Proprio autor.
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Por meio da Figura 5.4 ¢ possivel observar os efeitos dos principais pardmetros que
afetam F.. Pode-se perceber que a forga de corte aumenta com o aumento do avango e em
geral diminui com o aumento da velocidade de corte, enquanto que nenhuma variagdo no
comportamento de F. ¢ observada com a mudanca do método de lubrirrefrigeragao.
Sobretudo, a menor forga de corte é obtida com o menor avango (0,lmm/rev) associado a
maiores velocidades de corte (120 m/min e 160 m/min). Esse fato foi comprovado por meio
do teste Tukey, conforme ilustra os quadros da Figura 5.4 (as médias que nao compartilham

uma letra sao significativamente diferentes).

Figura 5.4: Efeitos dos principais parimetros na magnitude da forca de corte
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Fonte: Proprio autor.

Por meio do grafico da Figura 5.5 € possivel observar a influéncia da interacao entre
velocidade de corte e avango sobre a forca de corte. A condigdo de avango de 0,1 mm/rev ¢
claramente a condi¢do que produz as menores for¢as de corte independente da velocidade de
corte. Nota-se que ndo houve diferenga significativa entre as diferentes velocidades de corte
quando utilizado avango de 0,1 mm/rev. Por outro lado, quando utilizado o avango de 0,3
mm/rev obteve-se maiores forcas de corte, sendo que a associacdo com a velocidade de corte
de 80 m/min destaca-se das demais velocidades, produzindo forcas de corte ainda maiores.
Esse fato pode ser observado por meio da inclinagdo da curva referente ao avango de 0,3

mm/rev na Figura 5.5 e pela confirmagao do teste Tukey (Figura 5.5).
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Figura 5.5: Influéncia da interacio entre velocidade de corte e avanco sobre Fc
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Fonte: Proprio autor.

O aumento da velocidade de corte leva ao aumento da taxa na qual a energia ¢
consumida por meio da deformacdo plastica e, portanto, aumenta a taxa de calor gerado na
zona de corte, podendo reduzir a resisténcia ao cisalhamento do material ocasionando uma
menor forga de corte. J4 um incremento no avango proporciona o aumento da area da se¢do de
corte, tendo como consequéncia o aumento da for¢a de corte. Consequentemente um aumento
consideravel na temperatura de corte ¢ observado (conforme demonstrado na Figura 5.3).

A transformagdo de martensita em austenita durante o torneamento causa o aumento
aparente da ductilidade do material da peca tendo como consequéncia a reducao da tensao de
fluxo e das forcas de usinagem. De acordo com Ramesh e Melkote (2008), esse aparente
aumento na ductilidade pode ser explicado como um efeito da pseudo-plasticidade que surge
da mudanca na tensao limite de escoamento do material ao longo da faixa de temperatura de
transformagdo austenitica. Portanto, com a reducdo da taxa de aquecimento devido a
aplicacdo de fluidos de corte, a temperatura de inicio de transformagdo austenitica ¢ reduzida
e com isso o AISM pode sofrer amaciamento térmico em temperaturas inferiores diminuindo
assim as forcas de usinagem. Além disso, a aplicacdo de fluidos de corte favorece a reducgao
do atrito relativo entre a ferramenta e a peca e reduz a temperatura de corte podendo diminuir
ou até mesmo eliminar os mecanismos de desgastes da ferramenta ativados termicamente.
Ademais, a redugdo da temperatura de corte pode fazer com que a temperatura do AISM nao
alcance a temperatura de inicio de transformagdo da austenita em ferrita delta, eliminando
assim a possibilidade de retencdo de ferrita delta apos o resfriamento. A presenca de ferrita

delta ¢ deletéria, atuando na reducdo da tenacidade (WANG et al., 2010) e da resisténcia a
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corrosdo do AISM (AQUINO; DELLA ROVERE; KURI, 2009). Dessa forma, sempre que
possivel sua presenca no AISM deve ser evitada. Contudo, vale ressaltar que para uma
redugdo na temperatura de corte, além da condi¢ao de lubrirrefrigeragdo, deve ser levado em

consideragdo o ajuste dos parametros de corte para cada operagao de torneamento.

5.3.2 For¢a de avanco

Foram realizados testes de adequabilidade do modelo estatistico utilizado para o
estudo da influéncia dos parametros de corte ¢ método de lubrirrefrigeracdo sobre a forca de
avanco da mesma forma que foi feito para a forga de corte. O resultado dos testes pode ser
verificado no Anexo C. Os valores dos residuos apresentaram-se distribuidos em torno da
linha de distribuicdo normal, sugerindo que os dados seguiram uma distribuicdo normal, esse
fato ¢ confirmado pelo valor de p (0,35) maior do que o nivel de significancia (0,05). Além
disso, os residuos apresentaram boa homonegeidade aleatorizagdo. Ademais, o teste de
Levene indicou que ha homoscedasticidade dos dados, onde o valor de p observado foi de
0,158 (maior do que o nivel de significancia de 0,05). Dessa forma, considera-se que o
modelo adotado ¢ adequado para fornecer informagdes sobre o comportamento da forca de
avango.

De modo geral, a forca de avango comporta-se de forma semelhante a forca de corte
onde ¢ observado que o avango € claramente o principal fator que influencia a forga de
avanco, no entanto, vale ressaltar que de acordo com a analise de varidncia, o fluido de corte
interferiu de forma significativa na forga de avango, conforme ilustra a Tabela 5.3. Contudo, a
contribuicdo do fluido de corte na forca de avango foi de apenas 0,70 %. Utilizando uma
analise mais aprofundada, por meio do teste Tukey pode-se desconsiderar o efeito do fluido
de corte na forca de avango, conforme ilustra a Figura 5.6 (agrupamentos que compartilham a
mesma letra possuem médias estatisticamente iguais). Portanto, os fatores que influenciaram a
for¢a de avango sdo: avango (contribuicao de 79,96%), velocidade de corte (contrituigao de

15,76%) e interacdo entre velocidade de corte € avango (contribuigao de 1,30 %).
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Tabela 5.3: Analise de variincia para a for¢a de avanco

Parametro/interagdao GL SQSeq SQ(Aj.) QM (Aj.) ValorF Valor-P Contribuigdo
f 1 55817,2 55817,2 55817,2 858,85 0,000 79,96%
Ve 2 10999,7 109997 54999 84,63 0,000 15,76%
Meio lubrirrefrigerante 2 488,1 488,1 2441 3,76 0,043 0,70%
f*v, 2 905,5 905,5 4528 6,97 0,006 1,30%
f *Meio lubrirrefrigerante 2 91,7 91,7 459 0,71 0,507
v, ¥*Meio lubrirrefrigerante 4 60,9 60,9 15,2 0,23 0,915
f* v.*Meio lubrirrefrigerante 4 275,1 275,1 68,8 1,06 0,406
Erro 18 1169,8 1169,8 65,0
Total 35  69808,1

S R2 R2(aj) PRESQ R2 (pred)
8,06168 98,32% 96,74% 4679,33 93,30%

Fonte: Proprio autor.

Figura 5.6: Efeitos dos principais parametros na magnitude da for¢a de avanco
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Fonte: Proprio autor.

Um incremento no avango de 0,1 mm/rev para 0,3 mm/rev causou um aumento de

46,8 % na forga de avanco, conforme ilustra a Figura 5.6. Ademais, a velocidade de corte

atuou de forma mais influente sobre a forca de avango (contribuicao de 15,76%) em relacao a

forca de corte (contribui¢do de 0,67%). A utilizacdo da velocidade de corte de 160 m/min
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representa uma redugdo de 6,1 % e 15,8 % em relagdo a velocidade de corte de 120 m/min e
80 m/min, respectivamente. Esse fato foi associado ao aumento da temperatura de corte com o
aumento da velocidade de corte, podendo reduzir a resisténcia ao cisalhamento do AISM.
Além disso, as condi¢des tribologicas do processo de corte sao afetadas, ou seja, a medida que
a velocidade de corte aumenta, o comprimento de contato cavaco-ferramenta diminui,
resultando em aumento do angulo de cisalhamento e, portanto, diminui¢do da area de
cisalhamento, levando a reducao da forca de avancgo.

A Figura 5.7 ilustra a influéncia da interacao entre velocidade de corte e avango sobre
a for¢a de avango, onde ¢ possivel observar que a condi¢ao de avango de 0,3 mm/rev produz
as maiores forcas de avango e a associagdo com a menor velocidade de corte (80 m/min) leva
ao aumento da forca de avanco para as duas condi¢des de avancgo testadas (as médias da forga
de avango que possuem a mesma letra como agrupamento sdo estatisticamente iguais).
Portanto, a menor velocidade de corte (80 m/min) causa um aumento na for¢a de avango mais

dréstico quando comparada as demais velocidades de corte testadas.

Figura 5.7: Influéncia da interacio entre velocidade de corte e avanco sobre Fa
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Fonte: Proprio autor.
5.3.3 Forg¢a passiva

Da mesma forma que foi feita para as demais componentes da for¢a de torneamento,
testes de adequabilidade do modelo utilizado para avaliar a influéncia dos parametros de corte
e do método de lubrirrefrigeracdo sobre a forca passiva foram realizados. O teste de Levene

resultou em um valor de p de 0,374 indicando homoscedasticidade das variancias para o nivel
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de significancia de 5%. Além disso, os valores dos residuos possuem distribuicdo normal,
apresentam independéncia entre os valores ajustados e sdo distribuidos aleatoreamente ao
longo do experimento compreendendo em uma boa homogeneidade dos dados, confirmando a
validade do modelo utilizado (vide Anexo C).

Por meio da Tabela 5.4 € possivel observar que a velocidade de corte (contribui¢do de
13,97%), o avango (contribuicdo de 78,26%) e sua interagdo (contribui¢do de 2,11%)

influenciaram estatisticamente a forca passiva.

Tabela 5.4: Analise de varidncia para a for¢a passiva

Parametro/interagéo GL SQ Seq SQ (Aj.) QM (Aj.) Valor F Valor-P Contribuigédo
f 1 72714,7 72714,7  72714,7 482,03 0,000 78,26%
Ve 2 12982,1 12982,1 6491,0 43,03 0,000 13,97%
Meio lubrirrefrigerante 2 738,9 738,9 369,5 245 0,115
f*v, 2 1956,2 1956,2 978,1 6,48 0,008 2,11%
f * Meio lubrirrefrigerante 4 786,5 786,5 196,6 1,30 0,306
v * Meio lubrirrefrigerante 2 174,5 174,5 87,3 0,58 0,571
f* v, * Meio lubrirrefrigerante 4 845,8 845,8 211,4 1,40 0,273
Erro 18 27153 27153 150,9
Total 35 92914,0

S R2 R2(a)) PRESQ  R2(pred)

12,2821 97,08% 94,32% 10861,2  88,31%

Fonte: Proprio autor.

A Figura 5.8 mostra que o avango foi o principal pardmetro que influenciou a forca
passiva, onde o incremento de 0,1 mm/rev para 0,3 mm/rev representa um aumento de 50,4%
na forca passiva. Por outro lado, uma reducdo da for¢a passiva ¢ obtida aumentando-se a

velocidade de corte.

Figura 5.8: Efeitos dos principais parametros na magnitude da for¢a passiva
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Conforme ilustra a Figura 5.9, o fato da velocidade de corte menor (80 m/min)
associada a um avang¢o maior (0,3 mm/rev) levar a um valor de for¢a passiva maior (84,2%)
no torneamento do acgo inoxiddvel supermartensitico em relagdo a condicdo de corte
utilizando velocidade de corte de 160 m/min e avango de 0,1 mm/rev evidencia a grande
influéncia da temperatura de corte nas componentes da for¢ca de torneamento. O aumento da
temperatura de corte ocasionado principalmente pelo aumento da velocidade de corte pode
levar ao amaciamento térmico da peg¢a, diminuindo as for¢as necessarias para a remog¢ao de
cavacos. Contudo, o efeito da reducao da forga passiva com o aumento da velocidade de corte
¢ minimizado quando utilizado velocidade de corte superior a 120 m/min, ou seja, o teste
Tukey (quadro da Figura 5.9) indicou que ndo houve diferenca significativa entre as forgas

passivas quando utilizadas as condi¢des de velocidade de corte de 120 m/min e 160 m/min.

Figura 5.9: Influéncia da interacio entre velocidade de corte e avanco sobre Fp

Avanco
300 = . [mmyrev)
- —— 01
e —n 0.3
275 S
- - P
. ™ .- v.(m/min) * f(mm/rev) N Forca passiva (N) Agrupamento
€ 250 e, 80 03 6 304743 A
% 120 03 6 256,557 B
§ 225 160 03 6 243,707 B
g 80 01 6 194,058 C
Y 200
120 01 6 175815 C D
160 0.1 6 165477 D
175

150
80 1200 160
Velocidade de corte (m/min)

Fonte: Proprio autor.

5.4 Rugosidade da superficie usinada

Para validagdo do modelo foram realizados testes de adequabilidade e seus resultados
sao mostrados no Apéndice C. Os residuos dos dois parametros de rugosidade avaliados (Ra e
Rz) possuem distribui¢do normal e se encontram aleatoriamente distribuidos, além disso, nao
ha diferenca significativa nas variacdes dos diferentes nives compreendendo em uma
homogeneidade dos dados satisfatéria, confirmando assim a adequabilidade do modelo
utilizado.

Por meio das Tabelas 5.5 e 5.6 ¢ possivel observar que o avanco foi o Gnico parametro
estatisticamente significativo que afetou os parametros de rugosidade Ra e Rz. Portanto, a

escolha da velocidade de corte mais alta (160 m/min) ¢ indicada com intuito de maximizar a
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producdo e, além disso, o método de torneamento a seco pode ser adotado, sem que a
qualidade superficial seja prejudicada, levando a reducdo dos custos de produ¢ao bem como

dos impactos ambientais causados pela utilizacao de fluidos de corte.

Tabela 5.5: Analise de variancia para o desvio médio aritmético (Ra)

Parametro/interagao GL SQSeq SQ(Aj.) QM (Aj.) ValorF Valor-P Contribuigdo
f 83,1744 83,1744 83,1744 422,71 0,000 93,53%
Ve 0,3079 0,3079 0,1540 0,78 0,472

Meio lubrirrefrigerante 0,0278 0,0278 0,0139 0,07 0,932

1
2
2
f*v, 2 0,0415 0,0415 0,0207 0,11 0,901
f * Meio lubrirrefrigerante 2 0,0009 0,0009 0,0004 0,00 0,998
v, * Meio lubrirrefrigerante 4 1,0240 1,0240 0,2560 1,30 0,307
f* v, * Meio lubrirrefrigerante 4 0,8074 0,8074 0,2019 1,03 0421
1

Erro 8 3,5418 3,5418 0,1968
Total 35 88,9257
S R2 R2(aj) PRESQ R2(pred)
0,443584  96,02%  92,26% 14,1672 84,07%

Fonte: Proprio autor.

Tabela 5.6: Analise de varidncia para a altura maxima do perfil (Rz)

Parametro/interagdo GL SQSeq SQ(Aj.) QM(Aj.) Valor F Valor-P Contribuigédo
f 1 2025,95  2025,95 202595 234,51 0,000 89,14%
Ve 2 4,63 4,63 2,32 0,27 0,768
Meio lubrirrefrigerante 2 422 422 2,11 0,24 0,786
f*v, 2 3,57 3,57 1,78 0,21 0,815
f * Meio lubrirrefrigerante 2 4,80 4,80 2,40 0,28 0,761
v, * Meio lubrirrefrigerante 4 35,41 35,41 8,85 1,02 0,421
f* v, * Meio lubrirrefrigerante 4 38,69 38,69 9,67 1,12 0,378
Erro 18 155,51 155,51 8,64
Total 35 2272,78
S R2 R2(aj) PRESQ R2(pred)
2,93925 93,16% 86,70% 622,021 72,63%

Fonte: Proprio autor.

Conforme ilustra a Figura 5.10, com o incremento no avango de 0,1 mm/rev para 0,3
mm/rev o desvio médio aritmético tem seu valor elevado em 420,6%, enquanto que a altura
maxima do perfil aumentou em 326,2%. A explicagdo para esse fenOmeno ¢ que em avango
mais baixo, a distancia entre os picos € os vales na superficie usinada ¢ menor, resultando em

melhor rugosidade superficial.
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Figura 5.10: Influéncia do avango sobre os parimetros de rugosidade: (a) Ra e (b) Rz
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Fonte: Proprio autor.

De acordo com Machado et al. (2015), uma estimativa do valor de Ra pode ser
calculada teoricamente por meio da equagdo 5.1, se o avanco (f) for maior do que o raio de
ponta (r;) da ferramenta. Como o raio de ponto da ferramenta (0,8 mm) ¢ menor do que os

avancos utilizados, essa equacao pode ser aplicada.

f2
a = m (51)

Para a condi¢do de corte utilizando avango de 0,1 mm/rev o valor de Ra téorico ¢ igual
a 0,4 um, enquanto que a configuragdo de usinagem utilizando avango de 0,3 mm/rev produz
Ra tedrico de 3,6 um. Na prética, os valores de Ra foram 0,72 pm e 3,76 pm quando os
avancos de 0,1 mm/rev e 0,3 mm/rev foram utilizados, respectivamente. Dessa forma,
percebe-se que os dados preditos pela equagdo 5.1 foram préximos aos observados
experimentalmente apenas quando o avanco de 0,3 mm/rev foi utilizado. Uma possivel
explicagdo para isso € que com a elevacdo do avanco ha a redugdo do fluxo lateral de material

e, consequentemente, o valor experimental se aproxima do tedrico.
5.5 Vida e desgaste da ferramenta de corte

Partindo da premissa de que as pegas fabricadas em AISM necessitam de um alto
padrdo de acabamento para aplicacdo em componentes utilizados pela industria offshore,
foram realizados teste de vida da ferramenta de metal duro utilizando os parametros de corte
que proporcionaram a menor rugosidade e menores forcas de torneamento, ou seja, avanco de
0,1 mm/rev e velocidade de corte de 160 m/min. Além disso, visando maximizar a produgao,

avaliou-se os efeitos do incremento da velocidade de corte na vida da ferramenta de corte.
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Assim, testes de vida da ferramenta foram realizados em duas condigdes, ou seja, utilizando
velocidade de corte igual a 160 m/min e 200 m/min mantendo o avango em 0,1 mm/rev. Em
ambos os casos, foram testadas as trés condi¢gdes de lubrirrefrigeragao (jorro, ar refrigerado e
seco).

A Figura 5.11 destaca a evolucdo do desgaste da ferramenta de metal duro em funcao

do tempo de corte empregando-se velocidade de corte de 160 m/min e avanco de 0,1 mm/rev.

Figura 5.11: Desgaste da ferramenta em fun¢io do tempo de corte (v.= 160 m/min e f = 0,1 mm/rev)
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Fonte: Proprio autor

As curvas de desgaste de flanco para as condigdes de torneamento a seco e utilizando
o método de lubrirrefrigeracdo por jorro apresentaram comportamento semelhante,
desenvolvendo inicialmente uma alta taxa de desgaste, com VBjg atingindo em apenas 3
minutos de corte, 64 um e 46 pm, respectivamente. Esse desgaste inicial acelerado ¢ atribuido
ao periodo de acomodagdao da ferramenta (running-in) quando a area de contato entre a
ferramenta e o material da peca ¢ ainda muito pequena e pode sofrer alteracdes pela possivel
presenca de substancias estranhas na interface entre ferramenta e peca. Além disso, devido a
existéncia de irregularidades na superficie da ferramenta nova, o desgaste inicial acelerado ¢
também atribuido a transicdo da rugosidade da ferramenta em que os picos mais altos da
superficie sdo deformados rapidamente (NOORDIN; VENKATESH; SHARIF, 2007). No
entanto, ap6s os 3 minutos iniciais, em ambas as condi¢des de lubrirrefrigeragdo o desgaste
permaneceu estavel até aos 12 minutos de corte. Contudo, apds esse periodo, o desgaste da
ferramenta na condi¢ao de corte a seco aumentou de forma exponencial enquanto que na

condig¢do de corte por jorro a evolucao do desgaste ocorreu de forma linear até 24 minutos de
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corte. Com isso, a ferramenta de corte atingiu o critério de fim de vida (VB=0,3 mm) aos 27
minutos na condi¢do de corte a seco e aos 30 minutos de corte na condicdo de
lubrirrefrigeragdo por jorro. Por outro lado, durante o torneamento do AISM utilizando ar
refrigerado como fluido de corte, a ferramenta de corte experimentou uma reduzida taxa de
desgaste inicial, contudo, ndo foi observado um patamar de estabilizacdo apds os 3 minutos
como ocorreu nas demais condi¢des, desgastando-se de forma acelerada até atingir o critério
de fim de vida aos 15 minutos. Isso foi atribuido principalmente a capacidade do AISM em
formar cavacos continuos em forma de fita.

Por meio da Figura 5.12 ¢é possivel observar que os principais mecanismos de desgaste
presentes no inserto de metal duro apds o torneamento do AISM utilizando velocidade de
corte de 160 m/min e solu¢do como fluido de corte (jorro) foram abrasdo e attrition (aderéncia
e arrastamento). Além disso, a ferramenta sofreu lascamento na aresta de corte no limiar da
regido de corte (final da profundidade de usinagem), ocasionado pelo agravamento do
desgaste de entalhe.

Conforme ilustra a Figura 5.12 (a), a presenca de ranhuras paralelas na direcdo do
fluxo de material sugere a ocorréncia do mecanismo de desgaste abrasivo. Segundo Trent e
Wright (2000), devido a alta dureza das ferramentas de metal duro, o desgaste abrasivo ndo ¢
considerado um mecanismo de desgaste comum. No entanto, superficies desgastadas que
contém sulcos sugerem acao abrasiva, que pode ser proveniente da acdo de graos ou mesmo
fragmentos de graos quebrados durante o processo de corte, que ficam aprisionados no fluxo
do material da pega, caracterizando um tipo de abrasdo entre dois corpos onde € envolvida a
perda de material da ferramenta. De acordo com Kumar et al. (2006), a severidade do
desgaste abrasivo aumenta nos casos em que o material da peca contém inclusdes duras
(carbonetos e nitretos) que se alojam na interface cavaco/ferramenta/peca na forma de
detritos.

A Figura 5.12 (c) detalha a regido do desgaste de entalhe onde € possivel observar uma
morfologia 4spera caracteristica de attrition (TRENT e WRIGHT, 2000). De acordo com
Corréa et al. (2017), o desgaste de entalhe frequentemente aparece na usinagem de materiais
com alto indice de encruamento. Conforme Machado ef al. (2015), o encruamento ¢ mais
pronunciado nas bordas do cavaco, dificultando o processo de deformagdo nesta area. Dessa
forma, as bordas dos cavacos endurecidos promovem maior geracdo de calor nesta regiao,
levando a reducao localizada da resisténcia ao cisalhamento do material da ferramenta e como

consequéncia, o desenvolvimento do desgaste de entalhe. A composi¢ao quimica local, obtida
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por meio de EDS é mostrada na Figura 5.12 (d). Elementos como ferro (Fe), cromo (Cr),
niquel (Ni), molibdénio (Mo) e manganés (Mn) evidenciam a presenca de AISM aderida a
ferramenta de metal duro na borda do desgaste de entalhe indicando que mesmo apds o ataque
quimico, o material da pe¢a permaneceu aderido. Além disso, a presenca de oxigénio (O) na
composi¢ao quimica sugere a ocorréncia de oxidagdo. Dessa forma, espera-se que os 6xidos
se formem continuamente e aderem as regides proximas ao final da profundidade de usinagem
da ferramenta. Nessas regides o oxigénio atmosférico tem acesso facilitado, podendo resultar
na formagdo de filmes de 6xido na parte inferior do cavaco. De acordo Rosa et al., (2019)
essa reacdo quimica ocorre sob pressao, promovendo a adesdo a frio de cavaco nas asperezas
da ponta da ferramenta. Com isso, a quebra dessas juncdes durante o fluxo de saida dos
cavacos pode eventualmente remover graos da superficie da ferramenta, levando a formacgao

do desgaste de entalhe.

Figura 5.12: Mecanismo de desgaste envolvido no torneamento utilizando o método de lubrirrefrigeracio
por jorro (v.= 160 m/min e f = 0,1 mm/rev): (a) superficie de folga (b) superficie de saida (c) detalhe da
regiio do desgaste de entalhe (d) anilise quimica elementar da area indicada por EDS 1
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Por meio da Figura 5.13 ¢é possivel observar que os principais mecanismos de desgaste
presentes no inserto de metal duro apds o torneamento a seco foram abrasdo e attrition.
Apesar do desgaste de flanco apresentar-se mais brando quando comparado ao desgaste
sofrido pela ferramenta durante o torneamento auxiliado por solu¢do como fluido de corte,
nota-se a presenca de lascamento na aresta de corte. Esse lascamento foi atribuido a
instabilidade do corte a seco que ¢ causada pela alta temperatura de corte. O gradiente de
temperatura leva o surgimento de microtrincas na aresta de corte que com o decorrer do
processo de corte evolui para o lascamento da ferramenta (Figura 5.13 a). Por outro lado, ¢
possivel observar por meio da Figura 5.13(b) que houve desgaste na superficie de saida da
ferramenta na regido de fluxo das bordas do cavaco, sugerindo que possivelmente a
temperatura nessa regido foi superior a temperatura no centro do cavaco. O aumento da
temperatura na interface entre a borda do cavaco e a ferramenta pode promover o
amaciamento térmico do material da ferramenta localizado nessa regido facilitando o processo
de microcorte em que as bordas do cavaco encruado conseguem arrastar o material da

ferramenta por meio da combinagdo entre adesdo e abrasdo (attrition).

Figura 5.13: Mecanismo de desgaste envolvido no torneamento a seco (v.= 160 m/min e f= 0,1 mm/rev):
(a) superficie de folga (b) superficie de saida
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A Figura 5.14 mostra que os mecanismos de abrasdo e attrition foram os principais
fatores que contribuiram para o desenvolvimento do desgaste no flanco (Figura 5.14 a) e na
superficie de saida da ferramenta (Figura 5.14 b) durante o torneamento utilizando ar
refrigerado como fluido de corte. O desgaste acelerado da ferramenta de corte quando o ar
refrigerado foi utilizado foi atribuido principalmente a capacidade do AISM em formar

cavacos continuos em forma de fita. O fluxo de ar refrigerado aplicado na interface entre a
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superficie de saida da ferramenta e o cavaco, mostrou-se incapaz de alterar o raio de curvatura
do cavaco e, além disso, o bocal de saida de ar refrigerado serviu de ancoragem para o cavaco
em fita, impossibilitando sua saida da area de corte e, dessa forma, o cavaco era

constantemente atritado contra a ferramenta causando seu desgaste.

Figura 5.14: Mecanismos de desgaste envolvidos no torneamento utilizando ar refrigerado como fluido de
corte (f = 0,1 mm/rev e v.= 160 m/min): (a) superficie de folga (b) superficie de saida

Attrition

) HFW mag o det 500 pm )
1mm 1.99mm 150 x ETD Quanta 3D CM-UFMG

Fonte: Proprio autor

A Figura 5.15 mostra a evolugdo do desgaste da ferramenta de metal duro em funcao
do tempo de corte para as condi¢cdes de torneamento utilizando velocidade de corte de 200
m/min e avanco de 0,1 mm/rev. Observa-se que para a condicao de corte a seco, o desgaste da
ferramenta de corte durante o periodo de acomodacdo (running-in) comportou-se de forma
semelhante ao experimentado utilizando velocidade de corte de 160 m/min, atingindo cerca de
50 um aos 3 minutos, contudo, nessa situacao o periodo de acomodacao foi estendido até aos
6 minutos (atingindo VBg = 104 um), apresentando um patamar de estabiliza¢do apds esse
periodo. Por outro lado, houve um aumento no desgaste inicial da ferramenta (até aos 3
minutos) durante o torneamento utilizando os meios lubrirrefrigerantes por jorro e ar
refrigerado em 25% e 85%, respectivamente, quando comparado ao mesmo periodo utilizando
velocidade de corte de 160 m/min. Além disso, ¢ possivel observar que o periodo de
acomodagdo também se estendeu aos 6 minutos para a condigdo de lubrirrefrigeracdo por
jorro (atingindo VB = 139 um), enquanto que a utiliza¢do de ar refrigerado como fluido de
corte levou a estabilizacao do desgaste da ferramenta aos 3 minutos atingindo um desgaste de
flanco de 94 pm. Esse fato sugere a ocorréncia de desgaste abrasivo mais pronunciado na

condi¢do de torneamento utilizando ar refrigerado como fluido de corte, visto que, nessas
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condi¢des o processo de achatamento dos picos mais altos da superficie da ferramenta ocorreu

na metade do tempo quando comparado ao corte a seco.

Figura 5.15: Desgaste da ferramenta em fun¢io do tempo de corte (v.=200 m/min e f = 0,1 mm/rev)
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Apbs o periodo de acomodacdo, o desgaste da ferramenta de corte apresentou
comportamento distinto para as trés condigdes de lubrirrefrigeracdo testadas. Durante o
torneamento a seco, o desgaste da ferramenta apresentou estabilizagdo no periodo
compreendido entre 6 e 18 minutos e em seguida o desgaste evoluiu de forma progressiva até
alcancar o fim de vida da ferramenta aos 30 minutos. Quando foi utilizado o método de
lubrirrefrigeracdo por jorro, o periodo de estabilizacdo do desgaste da ferramenta foi
consideravelmente menor do que o observado no corte a seco, ocorrendo no intervalo de
tempo de 6 aos 9 minutos. Apds o tempo de torneamento de 9 minutos, o desgaste progrediu
de forma acelerada, atingindo o critério de fim de vida aos 18 minutos. J4 na condicdo de
torneamento utilizando ar refrigerado, o patamar de estabilizacdo do desgaste da ferramenta
foi observado no periodo compreendido entre 3 e 12 minutos e em seguida, o desgaste evoluiu
de forma acelerada até a ferramenta atingir o fim de vida aos 18 minutos. Esse fato indica a
ineficiéncia da aplicagdo dos métodos de lubrirrefrigeracdo durante o torneamento do AISM
quando a velocidade de corte foi aumentada de 160 m/min para 200 m/min.

A ineficiéncia do método de lubrirrefrigeragdo por jorro durante o torneamento do
AISM quando a velocidade de corte de 200 m/min ¢ utilizada pode ser explicada por dois

motivos principais: primeiramente, o aumento da velocidade de corte tem como consequéncia
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o aumento da temperatura de corte, podendo levar ao amaciamento térmico da ferramenta de
corte. Em altas velocidades de corte o tempo para que o fluido atinja a interface entre a peca e
a ferramenta ¢ reduzido, tornando o processo de lubrificagao ineficiente. Em segundo lugar, o
aumento da temperatura de corte ocasionado pelo aumento da velocidade de corte pode levar
a redugdo das componentes da for¢a de usinagem, contudo, nessa situacdo a formagdo de
cavacos continuos ¢ facilitada. Os cavacos continuos se estabelecem proximo a aresta de corte
atuando como barreira, dificultando o acesso do fluido de corte a zona de corte. Dessa forma,
o processo de corte ocorre similar ao corte a seco, contudo, eventualmente o cavaco continuo
em forma de fita se desprende e afasta-se da area de corte, possibilitando assim o acesso do
fluido de corte a zona de corte. Quando a solugdo entra em contato com a superficie da
ferramenta, ocorre um resfriamento brusco que tem como consequéncia a formagdo de
microtrincas que com o decorrer do processo de corte pode evoluir para o lascamento da
ferramenta.

Por meio da Figura 5.16 ¢ possivel observar que o desgaste de flanco presente no
inserto de metal duro apds o torneamento do AISM utilizando velocidade de corte de 200
m/min e lubrirrefrigeragdo por jorro foi governado principalmente pelos mecanismos de
abrasdo e attrition, conforme ilustra a Figura 5.16 (a). A Figura 5.16 (b) detalha a morfologia
do desgaste de entalhe, onde € possivel observar que ele se estende até a superficie de saida da
ferramenta. A composi¢do quimica elementar da area indicada por EDS 2 na Figura 5.16 (b)
pode ser observada na Figura 5.16 (c).

O desgaste de entalhe observado apos o torneamento utilizando velocidade de corte de
200 m/min e lubrirrefrigeragdo por jorro ocorreu de forma semelhante ao observado na
condi¢do de velocidade de corte de 160 m/min, entretanto, neste caso o desgaste foi mais
pronunciado. Esse fato provavelmente estd relacionado ao aumento da temperatura de corte
com o aumento da velocidade de corte. O gradiente de temperatura pode levar ao
amaciamento térmico localizado da ferramenta de corte fazendo com que o processo de
remogao de graos da ferramenta seja facilitado por meio do fluxo de saida de cavacos.
Novamente, a composi¢do quimica local (Figura 5.16 ¢) indica a presenga de AISM aderida a
ferramenta de metal duro na borda do desgaste de entalhe e, além disso, a presenga de
oxigénio sugere a ocorréncia de oxidagdo local. Segundo Trent e Wright (2000), o desgaste de

entalhe se desenvolve possivelmente pela formacao de 6xidos seguida de attrition.
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Figura 5.16: Mecanismos de desgaste envolvidos no torneamento utilizando o método de
lubrirrefrigeracao por jorro (v. = 200 m/min e f = 0,1 mm/rev): (a) superficie de folga (b) detalhe do
desgaste de entalhe (c) anilise quimica elementar da area indicada por EDS 2
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A Figura 5.17 (a) ilustra os mecanismos de difusdo e attrition que foram os principais
mecanismos responsaveis pelo desgaste na superficie de saida da ferramenta de corte durante
o torneamento do AISM utilizando velocidade de corte de 200 m/min e lubrirrefrigeragao por
jorro. Por meio da Figura 5.17 (b) € possivel observar a presenga do mecanismo de desgaste
attrition onde particulas do material da pega aderem a superficie da ferramenta causando um
fluxo irregular onde graos do material da ferramenta sdo arrastados junto com o fluxo de

cavacos, deixando pequenas cavidades na superficie da ferramenta.
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Figura 5.17: Detalhe dos mecanismos de desgaste envolvidos na superficie de saida da ferramenta de corte
durante torneamento utilizando o método de lubrirrefrigeracido por jorro (v. = 200 m/min e f = 0,1
mm/rev)
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A Figura 5.17 (c) ilustra o material da peca aderido na superficie de saida da
ferramenta na regido do final da profundidade de usinagem. Por meio da Figura 5.17 (e) pode-

se observar a presenga dos elementos Co e W na composi¢do quimica dessa regido, sugerindo
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a ocorréncia da transferéncia desses elementos do material da ferramenta de metal duro para o
material da peca aderido na superficie de saida, tendo ocorrido o desgaste por difusdo. Este
mecanismo de desgaste se desenvolve em nivel atomico e ¢ fortemente dependente da
temperatura e da afinidade quimica entre os materiais da peca e da ferramenta. Os dtomos sao
difundidos da ferramenta para o cavaco (e vice-versa) e sdo arrastados pelo fluxo do material
da peca ao longo da superficie de contato. A transferéncia de material da ferramenta em
direcao ao cavaco pode levar a formacao de uma cratera na superficie de saida (MOLINARI e
NOUARI, 2002). Segundo Zhu et al. (2013), ao usinar a liga de Inconel 718 utilizando
ferramenta de metal duro, pode ocorrer o surgimento do desgaste por difusdo onde a perda do
elemento Co ¢ frequentemente observada. Por outro lado, Jianxin et al., (2008) relataram que
durante o torneamento a seco da liga Ti-6A1-4V utilizando ferramenta de metal duro, houve
evidéncia de difusdo dos elementos W e Co da ferramenta para a liga e Ti da liga para a
ferramenta. Jianxin et al., (2011) relataram a ocorréncia da transferéncia de W e Co da
ferramenta de metal duro para o material da pega aderido a superficie de saida da ferramenta e
Fe e Cr do material aderido para a ferramenta, durante o torneamento a seco do ago inoxidavel
Cr12Mn5Ni4Mo3Al. O mecanismo de desgaste por difusdo também foi relatado por Corréa et
al. (2017), apds torneamento do ago inoxidavel supermartensitico S41426 utilizando
ferramenta de metal duro revestida com TiC / TiCN / TiN por CVD e lubrirrefrigeragao por
jorro (solucao de 6leo de base vegetal na concentragdao de 8%).

A Figura 5.17 (f) detalha a ocorréncia de microtrinca na regido de desgaste por
difusdo. Isso provavelmente se deve a dois fatores: resfriamento brusco durante o torneamento
e distor¢do da microestrutura local do material ocasionada pela difusdo quimica. O
resfriamento brusco ocasionado pela ineficiéncia do processo de lubrirrefrigeracao durante o
torneamento do AISM pode culminar na nucleacdo e crescimento de trincas térmicas
enquanto que a difusdo dos elementos W e Co resulta na alteragdo microestrutural da
ferramenta podendo levar ao surgimento defeitos estruturais no material da ferramenta, tendo
como consequéncia a nucleagdo de microtrincas. A nucleagdo e propagagao de trincas sao
responsaveis pelo lascamento e fratura da ferramenta de corte. O surgimento de microtrincas
induzidas por difusdo também foi observado por Wang et al., (2020) durante o fresamento de
Ti-6Al1-4V utilizando ferramenta de metal duro revestida de TiAIN por PVD. Os autores
atribuiram a difusdo de Co como responsavel pela nucleacdo de trincas na ferramenta.

Por meio da Figura 5.18 ¢é possivel observar que o principal mecanismo de desgaste da

ferramenta de corte durante o torneamento utilizando velocidade de corte de 200 m/min e ar
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refrigerado como fluido de corte foi abrasdo. Além disso, observou-se a presen¢a de material
da pega aderido na superficie da ferramenta, mesmo ap6s o ataque quimico. O ar refrigerado
atua de forma a reduzir a temperatura de corte evitando a ocorréncia de mecanismos de
desgaste ativados termicamente (difusdo e oxidagdo). Contudo, a reducao da temperatura de
corte favorece o surgimento de aresta postica de corte (APC). A ocorréncia de APC, conforme
ilustra a Figura 5.18 (a), muda as condigdes de atrito na interface entre cavaco e ferramenta,
afetando assim o comportamento de desgaste da ferramenta. Sabe-se que o processo de
formagdo de APC ¢ instavel, podendo causar trincas e danos na superficie da ferramenta e,
eventualmente, levar ao rompimento da aresta de corte (AHMED et al., 2017). Por outro lado,
percebe-se a presencga de sulcos na superficie de folga da ferramenta sugerindo a ocorréncia
do mecanismo de desgaste abrasivo. A Figura 5.18 indica que o tipo de desgaste

predominante na ferramenta de corte foi o desgaste de flanco.

Figura 5.18: Mecanismo de desgaste envolvido no torneamento utilizando ar refrigerado como fluido de
corte (v.=200 m/min e f = 0,1 mm/rev): (a) superficie de folga (b) superficie de saida

Abrasao

f sp HFW |mag det 500 ym HFW g det
5.00 kV 4.5 mm 1.99 mm 150 x ETD Quanta 3D CM- n 199 mm 150 x ETD Quanta 3D CM

Fonte: Proprio autor

Na condicao de corte a seco o surgimento de aresta postica de corte foi minimizado
em relacdo ao torneamento utilizando ar refrigerado como fluido de corte. Esse fato ¢
atribuido ao aumento da temperatura de corte durante o torneamento a seco. Contudo, por
meio da Figura 5.19 € possivel observar que mesmo em altas temperaturas de corte houve o
surgimente de aresta postica de corte, provavelmente devido a presenga de fluxo irregular de
saida de cavacos durante o torneamento. Além disso, o aumento da velocidade de corte de 160
m/min para 200 m/min proporcionou maior estabilidade no processo de desgaste da

ferramenta de corte durante o torneamento a seco. Na condi¢ao de velocidade de corte de 160
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m/min o desgaste da ferramenta aumentou exponencialmente com a evolu¢ao do tempo de
corte (Figura 5.11) enquanto que o aumento de velocidade de corte para 200 m/min levou a
uma evolugdo linear do desgaste de flanco da ferramenta com o tempo de corte (Figura 5.15)
E amplamente difundido que o aumento da velocidade de corte e da temperatura de corte
proporciona uma reducdo do coeficiente de atrito entre o par ferramenta/pega durante a
usinagem de metais (DENKENA; KRODEL; BEBLEIN, 2021; PENG et al., 2020). Portanto,
o aumento da velocidade de corte possivelmente proporcionou a reducao do atrito envolvido
no corte a seco do AISM e, além disso, o aumento da vida da ferramenta nessa condi¢ao
sugere que a temperatura de corte pode ter atingido um patamar no qual houve a promogao do
amolecimento térmico do material da peca sem que o mesmo ocorresse para a ferramenta de
corte. Dessa forma, por meio da Figura 5.19 ¢é possivel observar que o principal mecanismo
de desgaste envolvido no torneamento a seco do AISM utilizando velocidade de corte de 200

m/min foi abrasao.

Figura 5.19: Mecanismo de desgaste envolvido no torneamento a seco (v.=200 m/min e f= 0,1 mm/rev):
(a) superficie de folga (b) superficie de saida

b

HV  spot HFW mag = — 500 pm . HV  spo HFW mag =  det - £
500kV 45 m 199 mm 150x ETD Quanta 3D CM-UFMG 15.0kV 4.5 1 mm 199 mm 150 x ETD Quanta

Fonte: Proprio autor
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6 CONCLUSAO

Com base no estudo da influéncia da taxa de aquecimento sobre a transformacao de

fase do AISM, bem como dos parametros de corte e da condi¢ao de lubrirrefrigeracao sobre a

temperatura da ferramenta, componentes da for¢a de torneamento, pardmetros de rugosidade,

vida e mecanismos de desgaste da ferramenta de corte durante o torneamento do ago

inoxidavel supermartensitico, conclui-se que:

Por meio de testes de dilatometria foi possivel observar que a variagdo da taxa de
aquecimento promove mudangas na temperatura de inicio de transformacgao de fase
austenitica no aquecimento do AISM em estudo, sendo que, o aumento da taxa de
aquecimento tem como consequéncia o aumento da temperatura de inicio de
transformagdo de fase austenitica no aquecimento. Assim, provavelmente a aplicagdo de
fluidos de corte pode interferir diretamente no estado termodindmico do AISM durante
0 torneamento.

A condigao de corte a seco proporcionou o maior patamar de temperatura na ponta da
ferramenta de corte durante o torneamento do AISM, seguida pela condicdo de corte
utilizando ar refrigerado e jorro, nesta ordem. Além disso, o aumento no avango
provoca um aumento da temperatura da ferramenta para todas as condi¢des de
lubrirrefrigeragdo testadas. Ja a velocidade de corte comportou-se de forma distinta para
cada condicao de corte.

A forca de corte foi a principal componente da for¢a de torneamento, sendo cerca de
duas vezes maior do que as forgas de avango e passiva. O avanco foi o principal fator
que afetou as componentes da forca de torneamento, seguido pela velocidade de corte e
pela interagdo entre avango e velocidade de corte. Um incremento no avango causa um
aumento significativo nas componentes da forca de torneamento. Por outro lado, o
incremento na velocidade de corte tem como consequéncia a reducdo das componentes
da forca de torneamento. Portanto, em geral os menores valores da forca de torneamento
foram obtidos utilizando avanco de 0,1 mm/rev ¢ velocidade de corte de 160 m/min. O
método de lubrirrefrigeracdo nao influenciou significativamente as componentes da
forga de torneamento.

O avango foi o unico fator que afetou a rugosidade da peca (seu aumento tem efeito

prejudicial sobre a qualidade superficial). Com o incremento no avango de 0,1 mm/rev
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para 0,3 mm/rev o desvio médio aritmético (Ra) tem seu valor elevado em 420,6%,
enquanto que a altura maxima do perfil (Rz) aumentou em 326,2%.

O desgaste apresentado pelas ferramentas de corte ndo foram resultado de um tnico
mecanismo, mas uma combinacdo de varios mecanismos. Os principais mecanismos de
desgaste foram abrasao, attrition e difusao.

O método de lubrirrefrigeragdo por jorro se mostrou eficiente na redugdo do desgaste da
ferramenta de corte quando utilizado velocidade de corte de 160 m/min, proporcionando
aumento na vida da ferramenta em relagdo ao torneamento a seco e auxiliado por ar
refrigerado. Por outro lado, o aumento da velocidade de corte de 160 m/min para 200
m/min modificou consideravelmente as condigdes tribologicas do processo fazendo com
que a aplicagdo de solucdo por jorro neste caso se tornasse ineficiente, causando
redugdo na vida da ferramenta. A condi¢do de corte a seco proporcionou aumento da
vida da ferramenta em condigdes extremas (velocidade de corte de 200 m/min),
enquanto que o método de lubrirrefrigeracdo por ar refrigerado se mostrou ineficiente
durante o torneamento do AISM atingindo a menor vida da ferramenta independente da
velocidade de corte aplicada. Portanto, fica claro que o desempenho de usinagem do
AISM pode melhorar substancialmente quando aplicado o método de lubrirrefrigeragao

adequado para cada parametro de corte adotado.
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7 SUGESTOES PARA TRABALHOS FUTUROS

Desenvolver um modelo termomecanico do processo de corte do AISM por meio de
software de elementos finitos, com intuito de estimar a temperatura na interface

cavaco-ferramenta e prever possiveis transformagoes de fase durante o torneamento.

Realizar um estudo detalhado sobre a influéncia dos parametros de corte e dos meios
lubrirrefrigerantes sobre o estado de tensdes residuais do AISM submetido ao
processo torneamento, com intuito de auxiliar na tomada de decisdo quanto a escolha

das variaveis de entrada.
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Dilatacédo (um)

APENDICE A

Figura A.1: Dilatometria com taxa de aquecimento de 2 °C/s
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Figura A.2: Dilatometria com taxa de aquecimento de 10 °C/s
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Dilatagao (um)

Figura A.3: Dilatometria com taxa de aquecimento de 20 °C/s

350 15
300 L 1.0
250 - Iy
200 -
L 0.0
150 I
L 05
100 ] I
] 1.0
50 -
l L 15
0 i
T T T T T T T T T T i T T T i T T T -20
0 100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000

Temperatura (°C)

Fonte: Proprio autor

dy/dx (um/°C)

103



APENDICE B

Tabela B.1: Resultado experimental

Variaveis de entrada Respostas
. f Ve Lubrirre- Ra Rz

Ensaio (mm/rev)  (m/min) frigeracao F. ) Fp (N) Fa (N) (um)  (um)
1 0,1 80 Ar refrigerado 292,29 196,41 183,87 0,70 4,50
2 0,1 80 Seco 268,36 200,17 193,99 0,73 4,60
3 0,3 80 Ar refrigerado 670,24 341,05 285,16 4,80 25,50
4 0,3 160 Seco 595,49 252,58 242,74 4,13 21,67
5 0,1 120 Jorro 265,46 175,82 163,95 0,60 4,00
6 0,3 80 Jorro 615,08 274,65 273,40 4,20 22,00
7 0,3 120 Seco 606,62 232,15 229,30 4,73 26,67
8 0,1 120 Seco 283,45 175,09 167,01 0,40 3,00
9 0,1 160 Jorro 251,92 159,62 148,47 0,53 3,67
10 0,3 160 Ar refrigerado 569,53 228,73 209,73 3,20 16,00
11 0,1 160 Ar refrigerado 245,96 172,58 161,41 0,60 5,50
12 0,1 120 Ar refrigerado 251,99 175,21 166,23 0,60 4,00
13 0,3 160 Jorro 589,44 23195 216,18 4,00 24,00
14 0,3 120 Jorro 614,38 269,79 23290 4,00 23,50
15 0,3 80 Seco 633,05 29530 265,47 3,20 16,00
16 0,3 120 Ar refrigerado 608,21 256,28 237,09 3,93 21,00
17 0,1 160 Seco 259,21 160,01 149,91 0,40 3,00
18 0,1 80 Jorro 286,57 183,41 176,73 0,60 4,33
19 0,1 80 Seco 276,70 203,31 190,69 0,73 4,67
20 0,1 160 Seco 255,00 172,88 156,67 0,80 5,00
21 0,3 120 Jorro 614,77 261,09 240,99 3,60 19,67
22 0,3 120 Seco 592,43 262,80 243,33 2,87 15,00
23 0,3 80 Seco 634,61 320,29 292,20 3,56 17,53
24 0,1 160 Ar refrigerado 270,19 176,64 161,63 0,80 5,00
25 0,3 120 Ar refrigerado 589,98 257,23 238,33 3,95 16,43
26 0,1 120 Ar refrigerado 267,17 179,36 168,16 0,65 4,07
27 0,3 160 Seco 577,08 24328 223,92 3,91 19,77
28 0,1 80 Jorro 257,07 184,06 175,67 0,94 5,23
29 0,3 80 Ar refrigerado 649,09 300,86 281,01 3,87 19,67
30 0,1 120 Seco 286,07 187,02 174,55 1,19 5,37
31 0,1 80 Ar refrigerado 266,12 196,99 188,63 1,23 6,00
32 0,1 160 Jorro 238,02 151,13 144,28 0,67 4,27
33 0,3 160 Ar refrigerado 620,25 250,50 233,00 3,05 14,70
34 0,3 160 Jorro 605,43 255,20 230,82 3,29 16,70
35 0,3 80 Jorro 645,77 296,31 269,84 3,44 17,07
36 0,1 120 Jorro 252,74 162,39 156,02 0,87 6,60

Fonte: Proprio autor
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APENDICE C

Figura C.1: Teste de normalidade para os residuos da forca de corte

99

95
90

80

60
50
40
30

20

Percentual

0 10

Residuos

Fonte: Proprio autor.

20

Média  5,526444E-15
DesvPad 10,62
N 36
AD 0,204
Valor-P 0,865

30

Figura C.2: Disposicao dos residuos da for¢a de corte: (a) residuos versos valor ajustado (b) residuos
versos ordem de observacio
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Figura C.3: Teste de normalidade para os residuos da forca de avanco
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Figura C.4: Disposicio dos residuos da forca de avango: (a) residuos versos valor ajustado (b) residuos
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Figura C.5: Teste de normalidade para os residuos da forca passiva
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Figura C.6: Disposicao dos residuos da forc¢a passiva: (a) residuos versos valor ajustado (b) residuos
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Figura C.7: Teste de normalidade para os residuos da rugosidade média aritmética (Ra)
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Figura C.8: Disposicdo dos residuos da rugosidade média aritmética (Ra): (a) residuos versos valor
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Figura C.9: Teste de normalidade para os residuos da altura maxima do perfil (Rz)

Percentual

99

95
90

80
70
60
50
40
30

20

-1.5 -5,0

Meédia  -3,45403E-16

DesvPad 2,108
N 36
AD 0,460
Valor-P 0,246

0,0 2,5 5,0
Residuos

Fonte: Proprio autor.

Figura C.10: Disposicao dos residuos da altura maxima do perfil (Rz): (a) residuos versos valor ajustado
(b) residuos versos ordem de observacio
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