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Nomenclatura

NOMENCLATURA

Simbolo Unidades Descripcion

Ae mm Profundidad de pasada

ap mm Profundidad de pasada axial

b, mm Anchura de muela comprometida en el corte

C mm’ Numero de filos de corte activos por unidad de area

c (-) Fraccién de carbono del acero

Cow J kg'1 K* Calor especifico del material de la pieza

d mm Diametro de la muela

E Pa Modulo de Young

E”. J/mm? Energia consumida por unidad de area

e, J/mm? Energia especifica

€ch J/mm? Energia especifica consumida en la etapa de corte

ey J/mm? Energia especifica consumida en la etapa de ploughing

e J/mm? Energia especifica consumida en la etapa de rozamiento

Fh N/mm Fuerza normal especifica

Fn N Fuerza normal

F N/mm Fuerza tangencial especifica

Ft N Fuerza tangencial

f Hz Frecuencia de la seal eléctrica

H HV/HRC Dureza del material

Hq HV/HRC Dureza de la martensita completamente revenida

H, HV/HRC Dureza de la martensita sin revenir

h W m?ect Coeficiente de conveccion

ey max nm Espesor maximo de viruta

heq nm Espesor de viruta equivalente

K mm™ Numero de granos activos a lo largo del perimetro de la
muela

ke Q'tm* Conductividad electrica

K W m-tect Conductividad térmica del material de la pieza

L pm Espaciado entre granos

Ly mm Longitud de la pieza en la direccion de avance

lg mm Longitud de contacto geométrica

I mm Longitud de contacto real

M °C Temperatura de inicio de la transformacién martensitica

Me oC Temperatura de fin de la transformacidon martensitica

Nu (-) Numero adimensional de Nusselt

Ne rad/s Velocidad angular de la muela
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P
Ps
Pr
Pe

Pr
Qa
Qu
Q:
4t
qch
qconv
qr
Gw

qw,ch

TAC 1

Tacs
Teo

Uq
V',

w
W/mm?’
(-)

(-)

(-)

(-)

(-)
kJ/mol
mm3/s
mm?/(mm-s)
w
W/mm?
W/mm?
W/mm?

W/mm?
W/mm?
W/mm?

W/mm2
W/mm2
um
J/mol eC
(-)

(-)

(-)

(-)

(-)

(-)
(-)

Potencia de corte

Potencia de corte consumida por unidad de area

Pardmetro TTG

Parametro TTG propuesto por Reti et al. [Ret10]

Numero adimensional de Peclet

Pardmetro de Hollomon-Jaffe

Numero adimensional de Prandtl

Energia de activacidn

Caudal de viruta

Caudal especifico de viruta

Calor generado en la zona de contacto por unidad de tiempo
Flujo de calor evacuado por unidad de tiempo hacia la viruta
Flujo de calor evacuado por unidad de tiempo hacia la viruta

Flujo de calor evacuado por unidad de tiempo por
conveccion
Flujo de calor evacuado por el fluido de corte

Flujo de calor evacuado por unidad de tiempo hacia la pieza

Flujo de calor evacuado por unidad de tiempo hacia el
conjunto de la pieza y la viruta
Flujo de calor evacuado por unidad de tiempo hacia la viruta

Flujo de calor evacuado por unidad de tiempo hacia la viruta
Rugosidad media

Constante universal de gases ideales

Fraccion de calor evacuada hacia la viruta

Fraccién de calor evacuada por conveccion

Fraccién de calor evacuado por el fluido de corte

Fraccion de calor evacuada hacia la pieza

Fraccion de calor evacuada hacia el conjunto de la pieza y la
viruta
Fraccion de calor evacuada hacia la muela

Numero adimensional de Reynolds

Avance por grano

Temperatura inicial de la pieza

Temperatura de inicio del proceso de austenizacion
Temperatura de fin del proceso de austenizacion
Temperatura ambiental

Temperatura

Tiempo

Overlap ratio

Volumen especifico de material eliminado
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Ve m/s Velocidad de corte

'™ mm/s Velocidad tangencial de la pieza

Vi mm/min Velocidad de avance

Vv, m/s Velocidad de giro de la muela

w mm Distancia al vértice de entrada de la muela en la pieza

AH J/kg Entalpia de cambio de fase durante el proceso de
austenizacion

Ay, mz/s Difusividad térmica del material de la pieza

At s Intervalo de tiempo en el que la muela se encuentra en
contacto con la pieza

At S Tamano de paso

o Pa Tension

Lir kg stm? Viscosidad cinematica del aire

U (-) Coeficiente de Poisson

u (-) Ratio de fuerzas

Um H-m™ Permeabilidad magnética

Pw kg m> Densidad del material de la pieza

e ° Angulo de contacto

®q (-) Fraccidn de fase austenitica

Pegq (-) Fraccién de fase austenitica en el equilibrio

Om (-) Fraccidn de fase martensitica

Pmr (-) Fraccidn de fase martensitica revenida

Abreviaturas:

CBN Nitruro de boro cubico

CE Carbono equivalente

HEDG High Efficiency Deep Grinding

HPD Profundidad de capa endurecida

HRC Dureza en escala Rockwell C

HV Dureza en escala Vickers

RMS Valor medio cuadratico

SEM Microscopia electronica de barrido

TEC Transformacion por Enfriamiento Continuo

THE Temple por Haz de Electrones

TTA Tiempo Temperatura Austenizacidn

TTI Tiempo Temperatura Isotermo

TTG Tiempo Temperatura Generalizado
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CAPITULOI: INTRODUCCION







Unai Alonso Pinillos

I.1. INTRODUCCION

El rectificado es uno de los procesos de fabricacion mas empleados en el acabado de
componentes de sectores industriales como el aeronautico, el automovilistico o el de los
bienes de equipo. Habitualmente es utilizado en la produccién de piezas que precisan un
acabado superficial excelente (Ra<lum) y una buena precision dimensional (IT<6) en
materiales de elevada dureza y/o baja maquinabilidad. A modo de ejemplo, en la Fig. 1 se
muestran algunas piezas que son sometidas a este proceso.

Hoy en dia, el rectificado supone entre el 20 y el 25% de todos los costes de mecanizado
que se llevan a cabo en la industria. Las piezas a rectificar presentan un elevado valor
anadido debido a que la mayoria de las operaciones de fabricacion ya han sido ejecutadas.
Por consiguiente, el rectificado debe ofrecer garantias de éxito para asegurar la calidad final
de la pieza y evitar el elevado coste que supone su rechazo.

Fig. 1 Ejemplos de piezas que requieren de una operacion de rectificado.

Durante el rectificado, el arranque de material se consigue mediante la friccién de
particulas abrasivas de gran dureza sobre la superficie de la pieza produciéndose un
arranque controlado y superficial. Por este motivo, es posible obtener elevada calidad
incluso en materiales de gran dureza. No obstante, debido a la naturaleza del proceso, éste
necesita una energia especifica de corte en torno a diez veces mayor a la requerida por
procesos de mecanizado como el torneado o el fresado. Ademas, gran parte de esta energia
es transformada en calor en la zona de contacto entre la herramienta y la pieza
alcanzandose temperaturas elevadas en la superficie.

Como consecuencia de las temperaturas y esfuerzos soportados por la superficie de la
pieza, las propiedades del material se ven modificadas. Cabe indicar que, durante la vida en
servicio de la pieza, esta superficie también serd la que soporte las mayores tensiones, asi
como la accién del desgaste y la corrosion, entre otros fendmenos, lo que condicionard su
durabilidad.
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Asi, partiendo de esta consideracidn, numerosos trabajos de investigacion han estudiado el
problema termo-mecanico en el rectificado con el objetivo de predecir la interrelacion
entre los parametros del proceso y aspectos como la microestructura del material, su
dureza, el estado de tensiones residuales en la superficie o la rugosidad superficial de la
pieza.

Por otra parte, numerosas piezas de acero que son acabadas mediante el rectificado han de
tener una elevada resistencia al desgaste y al impacto. Este es el caso de componentes
como los engranajes, las guias de motores lineales o los arboles de levas (ver Fig. 1).

Durante su fabricacidn, estas piezas siguen un proceso que consta principalmente de tres
etapas. En primer lugar, la pieza es mecanizada “en blando” mediante procesos como el
fresado o el torneado. A continuacion, ésta es sometida a tratamientos térmicos que
aumentan la dureza de la superficie sin afectar al nucleo de la pieza (que mantiene su
tenacidad) y, finalmente, se realiza la operacion de rectificado.

Proceso de fabricacidon convencional
Mecanizado ' Endurecimiento ' Acabado

* Torneado * Induccién * Rectificado
* Fresado ¢ Llama
e Taladrado e Laser

Proceso de fabricacion mediante grind-hardening
' Endurecimiento y acabado

* Torneado ¢ Grind-hardening
* Fresado ¢ Rectificado
* Taladrado

' Operacion de manutencidn y transporte

Fig.2 Proceso de fabricacion convencional y proceso de fabricacion mediante grind-hardening.

No obstante, los métodos tradicionales empleados para llevar a cabo el tratamiento
térmico de endurecimiento superficial (como el temple por llama o el temple por induccién)
necesitan una gran cantidad de energia y fluido refrigerante para llevar a cabo el proceso.
Habitualmente, esta operacién es subcontratada por lo que las piezas han de ser
transportadas fuera de la planta incrementandose el tiempo de fabricacion de la pieza y el
impacto ambiental. Asi mismo, se ha de tener en cuenta que este transporte requiere una
limpieza previa de las piezas que incrementa el consumo de agua.
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Teniendo en cuenta estos factores, en los ultimos afios se han desarrollado tecnologias
como el temple laser (ver Fig. 3a) o el temple por haz de electrones que permiten llevar a
cabo el endurecimiento superficial con un aporte de energia mucho menor. Ademas, se
obtiene un temple muy localizado y menor distorsion geométrica en las piezas. Cabe
sefialar que, si bien es posible introducir este tipo de procesos en la linea de produccion, su
conste es muy elevado y Unicamente esta justificado en grandes series de piezas.

(a) (b)

Fig. 3 Temple laser y temple mediante grind-hardening (fuente de la imagen (b) DMG/Mori Seiki).

El grind-hardening es una tecnologia innovadora que propone aprovechar el calor generado
durante el rectificado para producir un endurecimiento superficial de la pieza. Asi, la gran
ventaja de este proceso es que permite llevar a cabo el endurecimiento superficial y el
acabado final de la pieza en la misma maquina y en una sola atada, reduciéndose los costes
y el tiempo de produccidn. Se ha estimado que la reduccion del impacto ambiental en toda
la cadena de produccidn al introducir este proceso puede alcanzar el 40% [Sal06].

Debido a los beneficios del grind-hardening, en las ultimas décadas el interés por este
proceso se ha incrementado. Con el objetivo de ilustrar este aspecto, en la Fig. 4 se muestra
el nimero de articulos de investigacion que han citado a lo largo de los Ultimos 20 afios el
término “grind-hardening” segin la Web of Knowledge. En este sentido, numerosos centros
de investigacion como el IWT (Bremen), el IWB (Munich), el WZL (Aachen), IDEKO S.Coop
(Elgoibar), o el Institute of Grinding Technology (Bristol), entre otros, han investigado el
proceso dentro de proyectos estratégicos de la Unidn Europea (como el ENGY o el Britte-
Euram Ill) o de la Fundacién Alemana para la Investigacion (DFG). Asi, recientemente, la
compafiia DMG/Mori Seiki junto con Saint-Gobain y Tyrolit han desarrollado un cabezal que
permite introducir el grind-hardening en una maquina multy-tasking (ver Fig. 3b).
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Fig. 4 Numero de articulos de investigacion que han citado a lo largo de los ultimos 20 afios el término
“grind-hardening” (segun la Web of Knowledge).

En la bibliografia hay multitud de trabajos que estudian experimentalmente el grind-
hardening con el objetivo de determinar la relacidon entre los parametros de mecanizado y
la profundidad de la capa endurecida. A pesar de ello, muchos de ellos dejan incégnitas y
preguntas sin resolver debido a la falta de conocimiento cientifico del proceso.

Ademas, se ha observado que, si los parametros de rectificado introducidos en el control
numérico se mantienen constantes, la profundidad de la zona endurecida varia a medida
que avanza el proceso. Este fendmeno se debe, por un lado, a que la cantidad de calor
generada no es constante en toda la pasada como consecuencia del desgaste progresivo de
la muela y, por otro lado, a que existen efectos térmicos transitorios en el comienzo y final
del proceso. En este sentido, cabe sefialar que actualmente no es posible estimar la
profundidad la capa endurecida que esta siendo generada en cada instante.

A pesar de ello, los trabajos de investigacion desarrollados hasta el dia de la escritura de
este documento demuestran que grind-hardening puede ser una alternativa viable para
llevar al cabo el endurecimiento superficial de piezas de seccion constante llevadas a cabo
en rectificado plano. No obstante, la aplicacion de este proceso a geometrias de revolucién
presenta varios inconvenientes. Por un lado, se ha observado que mediante el rectificado
cilindrico en penetracién no es posible obtener un endurecimiento completo de todo el
perimetro de la pieza. Es mas, mediante este proceso, la anchura de la zona endurecida se
encuentra limitada por la anchura de la muela. Ante esto, algunos autores han propuesto
emplear el rectificado cilindrico a través para endurecer superficies cilindricas, sin embargo,
no se ha estudiado la influencia del desgaste de la muela en el proceso.

Por otra parte, es importante mencionar que la agresividad del proceso de grind-hardening
impide que la pieza cumpla los requisitos de precisién dimensional y acabado superficial
exigidos al rectificado convencional y, por ello, es necesario llevar a cabo una ultima
6
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operacion de rectificado que le proporcione a la superficie la calidad necesaria. No
obstante, el aumento de la temperatura en la superficie durante el rectificado final de la
pieza puede provocar una caida de la dureza del material. Este efecto es consecuencia de
un cambio en la microestructura del material conocido como “revenido”. La relacion entre
los parametros de rectificado y la variacion de la dureza de la superficie es compleja. La
dificultad de controlar actualmente este fendmeno ha motivado que los pardmetros de
proceso se encuentren aplicados en un rango subdptimo, incrementado los costes y el
tiempo de fabricacién del componente.

En este sentido, cabe mencionar, que la puesta a punto de las dos etapas de fabricacion de
la pieza dentro de la rectificadora (endurecimiento y acabado) se realiza de forma
experimental mediante una metodologia prueba-error hasta conseguir las especificaciones
requeridas. Esta es una de las principales barreras para la implantaciéon del proceso de
grind-hardening a nivel industrial y, como consecuencia, numerosos esfuerzos se han
centrado en modelizar el proceso térmico de endurecimiento que tiene lugar durante el
grind-hardening. Sin embargo, la modelizacién del proceso de revenido que tiene lugar
durante el acabado de la pieza no ha sido abordada.

I.2. OBJETIVOS DE LA TESIS

Partiendo de este contexto industrial, la labor desarrollada en esta tesis esta enfocada al
estudio y modelizacién del grind-hardening y del rectificado final de componentes de acero.
En concreto, el estudio llevado a cabo pretende facilitar la implantacién industrial del
proceso completo mediante la identificacion de un paradmetro energético que permita
controlar la profundidad de capa endurecida durante la etapa de grind-hardening y predecir
la caida de dureza en el acabado de la pieza. En esta misma linea, se presenta un estudio
experimental del proceso de grind-hardening aplicado al rectificado cilindrico a través que
tiene como objetivo estudiar el proceso de desgaste de la muela y su influencia en las
propiedades de la capa endurecida resultante. Ademds, el trabajo experimental es
complementado con la modelizacion numérica de las etapas de grind-hardening vy
rectificado final de la pieza para el caso del rectificado plano. De forma resumida, los
objetivos planteados se detallan en los siguientes puntos:

e Establecer una metodologia experimental valida para estudiar el proceso de
fabricacién de piezas planas endurecidas mediante grind-hardening en sus dos
etapas dentro de la rectificadora (endurecimiento y acabado).

e Obtener un parametro mediante el cual se pueda estimar on-line y de forma
sencilla la profundidad de capa endurecida que esta siendo generada durante el
grind-hardening.

e Obtener un parametro mediante el cual se pueda predecir durante el rectificado
final de la pieza la caida de dureza experimentada por el material de la superficie.
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e Caracterizar el proceso de desgaste de la muela durante el grind-hardening
aplicado al rectificado cilindrico a través y estudiar su influencia en la profundidad
de la capa endurecida.

e Desarrollar un modelo numérico original del proceso de grind-hardening para el
caso del rectificado plano que permita estimar la profundidad de capa endurecida
que sera generada.

e Desarrollar un modelo numérico original del rectificado plano que permita estimar
la caida de dureza durante el acabado final y que, junto con el modelo de grind-
hardening, sirva de herramienta para establecer los pardmetros de mecanizado
durante la fase de puesta a punto del proceso completo.

1.3. ORGANIZACION DE LA MEMORIA

El trabajo desarrollado se ha organizado en cinco capitulos cuyo contenido se describe a
continuacion.

En el Capitulo Il se detalla el contexto en el que se engloba la tesis mediante la revisién del
estado del arte. En primer lugar, se describen los diferentes tipos de operaciones de
rectificado y se abordan los conceptos fundamentales para comprender cdmo se produce el
proceso de corte, para lo que se presentan los parametros que permiten estudiar de forma
global la operacion de rectificado.

Seguidamente, se describen los tipos de dafio térmico que pueden aparecer en la pieza
durante el rectificado y se hace una revisién de los trabajos cuyo propdsito ha sido
modelizar térmicamente rectificado. En este sentido, se hace especial hincapié en la
estimacién de la cantidad de calor generado, en su distribucién en la zona de contacto y en
la problematica de la cuantificacidn de la fraccién de calor evacuada hacia la pieza.

En este Capitulo se exponen también los conceptos fundamentales para comprender cémo
se produce el cambio en la estructura metalirgica que da lugar al endurecimiento del
material. Asi mismo, se muestran las tecnologias industriales que permiten llevar a cabo el
tratamiento térmico de endurecimiento superficial. Se describen las metodologias
existentes para estimar la dureza del material tras el endurecimiento y el revenido v,
conjuntamente, se presentan los trabajos que estudiado el revenido durante el rectificado.

Por ultimo, se hace una revisidén de la bibliografia existente en torno al proceso de grind-
hardening. Asi, en primer lugar, se describen los trabajos enfocados a estudiar la influencia
de los parametros de mecanizado y de las caracteristicas de la muela en la profundidad de
la capa endurecida. A continuacion, se presentan las investigaciones enfocadas a evaluar la
viabilidad de aplicar el grind-hardening al rectificado cilindrico de exteriores. Ademas, se
comentan los aspectos relacionados con la integridad superficial de las piezas después del
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grind-hardening vy, finalmente, se presentan los modelos desarrollados con el objetivo de
simular la aplicacion de este proceso a piezas de geometria plana.

En el Capitulo Il se presenta la metodologia propuesta para estimar la profundidad de capa
endurecida generada en el proceso de grind-hardening. En primer lugar, se muestra un
estudio experimental del grind-hardening realizado con el siguiente objetivo: investigar la
posibilidad de emplear un parametro energético para estimar on-line la profundidad de
capa endurecida en piezas planas. Este estudio se completa con un apartado en el que se
evalua la aplicabilidad del método de ruido Barkhausen para obtener, tras el proceso, la
profundidad de capa endurecida de forma no destructiva.

En este capitulo, se presenta también un estudio experimental del grind-hardening aplicado
al rectificado cilindrico a través que ha sido realizado con dos objetivos. Por una parte,
estudiar el proceso de desgaste de la muela y su influencia en las propiedades de la capa
endurecida. Por otra parte, evaluar la posibilidad de emplear en este proceso la
metodologia propuesta para estimar la profundidad de capa endurecida.

Por su parte, el Capitulo IV muestra la metodologia experimental desarrollada con el
objetivo de estudiar el efecto del revenido durante el rectificado de piezas endurecidas
mediante grind-hardening. Asi mismo, se investiga la aptitud de un pardmetro energético
para predecir la caida de dureza experimentada por la superficie de la pieza durante su
acabado.

El Capitulo V se ha destinado a la modelizacion del proceso integral de fabricacion de piezas
planas endurecidas mediante grind-hardening. Para ello, en primer lugar, se describe el
modelo numérico desarrollado con el objetivo de predecir la profundidad de capa
endurecida durante la etapa de endurecimiento. Seguidamente, se muestra la metodologia
propuesta para estimar la caida de dureza en el material de la pieza durante el acabado.
Finalmente, se presenta la calibracion y validacion de ambos modelos a partir de resultados
de ensayos experimentales.

Por ultimo, en el Capitulo VI se resumen las principales conclusiones y aportaciones
derivadas de este trabajo, asi como las lineas futuras de investigacion y actuacién.
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IL.1. INTRODUCCION

El rectificado es un proceso de mecanizado empleado para llevar a cabo el acabado de
componentes de elevada dureza en el que los requisitos de acabado superficial y precisidn
dimensional son exigentes. En este proceso, el arranque de material se consigue mediante
la accidn de las miles de particulas abrasivas que se encuentran en la superficie de la muela
de rectificado, de tal forma que cada una de ellas podria considerarse como una
herramienta de corte microscépica (ver Fig. 5).

Fig. 5 Representacion esquemdtica del proceso de rectificado

No obstante, no todas las particulas abrasivas (en adelante granos) se encuentran colocadas
en la misma posicién ni mucho menos poseen la misma geometria. Asi, durante el
rectificado, en algunos granos se eliminara material, en otros Unicamente habra rozamiento
y deformacidn plastica y el resto no estaran en contacto con la pieza. Por lo tanto, debido al
fuerte caracter aleatorio del proceso de corte, éste es analizado a partir de parametros que
describen de forma global la operacién de mecanizado. En este capitulo se describiran
algunos de los mds relevantes en el estudio del proceso de rectificado.

Por otra parte, al igual que en otros procesos de mecanizado, la medicién de las fuerzas de
corte y el calculo de parametros relacionados con la energia consumida se emplean para
estudiar los diferentes fendmenos presentes en el proceso de rectificado. Asi,
anteriormente se ha observado cémo el rectificado es un proceso altamente ineficiente si
se compara con otros procesos de mecanizado (como el fresado o el torneado) ya que
requiere del consumo de una mayor cantidad de energia para eliminar la misma cantidad
de material.

El elevado consumo de energia durante el rectificado se debe a que la energia invertida en
el rozamiento y en la deformacion plastica del material es muy superior a la empleada en el
corte. Como consecuencia, una gran parte de ésta es transformada en calor en la zona de
contacto contribuyendo a aumentar la temperatura de la pieza.

13
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En el caso en el que las temperaturas alcanzadas sean muy elevadas, podran aparecer en la
pieza diferentes tipos de dafio térmico que hagan que ésta sea rechazada. Asi,
tradicionalmente, se ha empleado un fluido de corte con el objetivo de controlar el
aumento de la temperatura en la pieza. Con este mismo objetivo, en las Ultimas décadas, se
han desarrollado modelos térmicos del proceso de rectificado a fin de optimizar la seleccion
de los pardmetros de mecanizado y aumentar la productividad del proceso.

Si bien el aumento de la temperatura es un efecto a evitar durante los procesos de
rectificado industriales, el grind-hardening es un nuevo proceso que se aprovecha de este
efecto para llevar a cabo el endurecimiento superficial de la pieza. En este sentido,
anteriores trabajos de investigacion han tratado de estudiar la influencia de los parametros
de rectificado en la profundidad de la capa endurecida y en las propiedades de la pieza
resultante.

En los siguientes apartados de este Capitulo, se desarrollaran los aspectos mencionados
previamente con el objetivo de explicar cdmo otros autores han estudiado el proceso de
rectificado y el grind-hardening. Asi mismo, se presentardn aquellas cuestiones que
requieren una mayor investigacion.

14
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II.2. FUNDAMENTOS DEL PROCESO DE RECTIFICADO

I1.2.1. Tipos de operaciones de rectificado

Debido a que las piezas que requieren ser rectificadas presentan geometrias diferentes, se
han desarrollado variantes del proceso con una cinematica distinta. A continuacion, se hara
una breve descripcién de las dos variantes a las que se hara referencia a lo largo de este
documento: el rectificado plano y el rectificado cilindrico. A modo de resumen, en la Fig. 6
se muestra una representacion esquematica de estas variantes del rectificado junto con los
parametros de operacién mas importantes de cada una de ellas.

En penetracion A través

Plano

Cilindrico

Fig. 6 Tipos de operaciones de rectificado. Adaptado de norma DIN 8589.

El rectificado plano es utilizado, fundamentalmente, para planear piezas. Tal y como se
puede observar en la Fig. 6, la muela gira con una velocidad periférica (v;) mientras la pieza
avanza en direccion perpendicular al eje de rotacién de la muela con una velocidad (v,,). Asi
mismo, la cantidad de material eliminado en el proceso en cada pasada de la muela queda
determinada por el valor de la profundidad de pasada (a.). En el caso en el que la anchura
de la zona a rectificar sea mayor que la anchura de la muela, ésta podra poseer un
movimiento de avance en la direccion de su eje de rotacién (v¢) Este tipo de proceso es
conocido como rectificado plano en vaivén, mientras que si la muela no posee este
movimiento de avance, el proceso serd denominado rectificado plano en penetracion.

En cuanto al rectificado cilindrico, éste es empleado en el acabado de piezas con geometria
de revolucion. En este caso, la pieza se encuentra fijada en sus extremos y gira en torno a su
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eje de revolucién con una velocidad (v,,). La herramienta, a su vez, se encuentra colocada
perpendicular al eje de rotacion de la pieza girando con una velocidad (v;) (ver Fig. 8).

Al igual que en el caso de rectificado plano, en este caso, también se distinguen dos
variantes del rectificado cilindrico en funcién de si la anchura de la zona a rectificar es
mayor o menor que la anchura de la muela. En el caso en el que la anchura a rectificar sea
menor o igual a la anchura de la muela, ésta avanzard en direccion radial a la pieza a
rectificar con una velocidad (v;). Este tipo de rectificado es denominado rectificado
cilindrico en penetracion (o rectificado cilindrico en plongee) y es empleado, por ejemplo,
en el acabado de cojinetes de apoyo, arboles de levas o ranuras.

Por otro lado, si zona a rectificar es mayor a la anchura de la muela, la muela avanzara en la
direccion del eje de rotacion de la pieza a rectificar con una velocidad (v). Esta variante del
proceso es conocida como rectificado cilindrico a través y es empleada, por ejemplo, en el
rectificado de ejes de grandes maquinas o rodillos para la industria papelera.

Fig. 8. Rectificadora cilindrica DANOBAT WT series. Fuente Danobat.S. Coop.

En esta tesis se estudiard el grind-hardening aplicado tanto a piezas planas como a
cilindricas. No obstante, a continuacion, se presentara donde se sitlia este nuevo desarrollo
en el contexto de los procesos industriales de rectificado plano.
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I1.2.2. Variantes del proceso de rectificado plano

En la Fig. 9 se representa el rango de parametros de mecanizado empleados en cada una de
las variantes industriales del proceso de rectificado plano. Asi mismo, se muestra en color
rojo la zona en la que existe riesgo de que se produzcan dafios térmicos en la piezay en la
que se situaria el proceso de grind-hardening.

Entre los procesos de rectificado plano, los primeros en desarrollarse fueron aquellos que
requerian de unas mdquinas con unas prestaciones mecdnicas menores. Este tipo de
operaciones son realizadas habitualmente con profundidades de pasada inferiores a 0,1
mm y con velocidades de avance desde 5 hasta 500 mm/s (ver Fig. 9).

A principios de los afios cincuenta, surge una nueva variante del rectificado plano conocida
como rectificado creep-feed. Este proceso tiene como objetivo reducir los tiempos del
proceso minimizando el nimero de pasadas de rectificado. Para ello, la profundidad de
pasada se aumenta en varios 6rdenes de magnitud respecto al rectificado convencional
(situandose entre 0,1 y 10 mm). No obstante, debido a la posibilidad de aparicién de dafio
térmico en la pieza, la velocidad de avance se reduce en la misma proporcién en la que se
ha amentado la profundidad de pasada. Cabe mencionar, que el rectificado creep-feed es
empleado habitualmente en el rectificado de aleaciones termo-resistentes como las base-
Nikel o las aleaciones titanio-aluminio.

La mejora de la dinamica de las maquinas herramienta durante los afios ochenta dio lugar a
la aparicidn del rectificado speed-stroke. Este proceso, al igual que el rectificado creep-feed,
persigue reducir el tiempo de mecanizado. Sin embargo, en vez de minimizar el nimero de
pasadas, se aumenta la velocidad de avance de la pieza en varios ordenes de magnitud y se
emplean profundidades de pasada muy pequeiias (habitualmente, inferiores a los 0,01 mm)
y, de esta forma, se evita la zona de dafio térmico. Cabe indicar, que este tipo de rectificado
ha sido empleado con éxito en el mecanizado de aleaciones termo-resistentes, cerdmicas y
aceros endurecidos [Zep05, Nac08] ya que las altas velocidades de deformacién alcanzadas
en el corte conllevan un cambio en el comportamiento mecanico de estos materiales.

El desarrollo del mecanizado de alta velocidad propicid la aparicién de un nuevo proceso de
rectificado de una mayor productividad: el High Efficiency Deep Grinding (HEDG). La
principal caracteristica de este proceso es el empleo de una velocidad de giro de muela
superior a 60 m/s, mientras que tanto el rectificado convencional, como el creep-feed y el
speed-stroke se llevan a cabo a velocidades inferiores. Este aumento de la velocidad de giro
de la muela permite superar la zona de dafo térmico y emplear profundidades de pasada
de hasta 30 mm con velocidades de avance entre 5 mm/sy 150 mm/s.

Sin embargo, el HEDG no ha sido implantado a nivel industrial hasta las ultimas décadas
debido a varios aspectos. Por un lado, ha sido necesario desarrollar muelas electro-
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depositadas con aglomerante metdlico capaces de soportar las elevadas velocidades del
proceso. Asi mismo, también ha sido necesario construir maquinas-herramienta con una
rigidez estatica y dindmica mayor y husillos que permitan alcanzar las velocidades de corte
requeridas. Por otro lado, para asegurar la correcta refrigeracidon de la zona de corte, ha
sido necesario desarrollar sistemas de refrigeracién que proporcionen una mayor presion al
fluido y posean una geometria de las boquillas optimizada.
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Fig. 9. Comparacion de las distintas variantes de rectificado plano (adaptada de [Wil08]).

A modo de resumen, en la Tabla 1 se presentan los rangos de parametros utilizados en cada
uno de los cuatro procesos descritos anteriormente.

Tipo de rectificado Vs 2 Y 3Q'W
(m/s) (mm) (mm/s) (mm*/(mm-s))
Rectificado convencional 20-60 0,001-0,1 5-500 0,01-15
Rectificado speed-stroke 20-60 0,001-0,01 500-3000 0,5-30
Rectificado creep-feed 20-100 0,1-30 1-5 0,01-30
HEDG 60-250 0,1-30 5-150 50-2000

Tabla 1. Combinaciones de pardmetros utilizadas en distintos tipos de rectificado.
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I1.2.3. El proceso de corte en rectificado

En el proceso de rectificado, las condiciones en las que se produce la interaccion entre los
granos abrasivos y el material a eliminar determinan, entre otros, aspectos como el
acabado superficial de la pieza, las fuerzas de corte, o la cantidad de calor generada durante
el proceso. Por ello, en este apartado, se estudiaran las caracteristicas del proceso de corte
de un grano abrasivo.

En primer lugar, se hard una descripcion de las diferentes etapas presentes en el proceso de
formacion de viruta. A continuacion, se analizara la trayectoria de un grano y se describiran
dos conceptos fundamentales para el andlisis y estudio del proceso de rectificado: el
espesor maximo de la viruta generada y la longitud de la zona de contacto.

I1.2.3.1. Descripcion del proceso de formacion de la viruta
La teoria mas empleada por la comunidad cientifica para describir el proceso de formacion

de la viruta en el corte de un Unico grano es la propuesta por Hahn [Han62]. Esta plantea
que el proceso de corte se produce en tres etapas diferentes: rozamiento, ploughing y corte
(ver Fig. 10). La transicion de una etapa a otra dependera, en gran medida, del espesor de la
viruta en el momento del corte. A pesar de que esta teoria plantea este pardmetro como
frontera, el proceso de corte también estard condicionado por el tipo de material
mecanizado, la forma de los granos, su nivel de desgaste o las condiciones de lubricacion.

Deformacién
plastica

. Viruta
B

Rozamiento S, Ploughing 5y Corte

Fig. 10. Etapas durante el proceso de corte de un grano segun la teoria de Hahn. Adaptado de [And11].

En el comienzo del contacto entre el grano y la pieza, el material rectificado es deformado
elasticamente y toda la energia se consume en el proceso de rozamiento. A medida que el
espesor de viruta aumenta, se alcanza la etapa de ploughing. En esta segunda etapa, se
producen tanto deformaciones eldsticas como plasticas y el material frente al grano es
desplazado hacia los laterales de éste generandose una ranura en la parte posterior. Debido
a que el angulo de contacto entre la superficie de corte del grano y la pieza es muy
pequeiio, el material es desplazado pero no se produce el corte. Finalmente, una vez que se
ha superado un espesor de viruta critico, comienza el proceso de corte y formacion de la
viruta.
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Si se analiza la topografia de la muela puede observarse cémo todos los granos no
sobresalen de igual manera. Asi, durante el proceso de rectificado, en algunos granos se
generara viruta, mientras que en otros Unicamente habra rozamiento o ploughing. Sin
embargo, se ha comprobado que la etapa del proceso de corte dominante a nivel
microscopico, es decir, a nivel de grano, tiene un efecto en pardmetros macroscépicos del
proceso como la energia consumida en el corte o la fraccidn del calor que es evacuada hacia

la pieza [Mal08, Gar14].

I1.2.3.2. El espesor de viruta maximo
El valor maximo de espesor de viruta serd empleado en posteriores apartados para estudiar

los fendmenos que puedan tener su origen en las caracteristicas del proceso de formacion
de la viruta. Por ello, en este apartado, se partira del analisis del proceso de corte de un
grano para estudiar como influyen en su valor los diferentes parametros de rectificado.

El analisis de la trayectoria de corte de un grano podria llevarse a cabo realizando una
analogia con el proceso de micro-fresado (Fig. 11). Debido a la composicion del movimiento
de giro de la muela y del movimiento rectilineo de la pieza, la trayectoria seguida por cada
grano tendria una forma cicloidal. Sin embargo, en el rectificado, la velocidad de giro de la
muela (v;) es varios drdenes de magnitud mayor que el de la pieza (v,,) y, por ello, podria

aproximarse su trayectoria a un arco de circunferencia.

® |

Fig. 11. Analogia con el proceso de micro-fresado

En la Fig. 12 se muestra la trayectoria del corte de dos granos consecutivos. En el caso de
rectificado en concordancia, el primer grano entraria en contacto con la pieza en el punto A
y saldria de la pieza en el punto B. Asi mismo, el siguiente grano seguiria la trayectoria de la
curva A’B’. El valor del espesor maximo de viruta vendria dado por la longitud del segmento

BC.
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d,/2

A AN

Fig. 12. Trayectoria de corte de dos granos consecutivos

Debido a que el diametro de la muela es varios 6rdenes de magnitud mayor que el valor de
la profundidad de pasada, la longitud del perimetro de la muela seria muy superior a la del
arco CB’ y, por lo tanto, éste podria aproximarse por la tangente a la trayectoria circular en
el punto C.

Por otra parte, en la Fig. 12 y en la Fig. 13, el segmento BB’ representaria el avance por
grano, es decir, la distancia horizontal avanzada por la muela entre el inicio del corte de dos
granos consecutivos. Suponiendo una muela ideal en la que el espaciado entre los granos
fuera uniforme y de valor L, el avance por cada grano (s) podria estimarse a partir de la

siguiente expresion:
L
s=Atg-vW=v—-vW Ec. 1

donde At, es el tiempo transcurrido entre la entrada en la pieza de dos granos

consecutivos.

BT B

h

cu,max

Fig. 13. Representacion grdfica simplificada del espesor de viruta
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A partir de la Fig. 13 es sencillo deducir geométricamente el valor tedrico del espesor
maximo de viruta.

- Ec. 2

En la Ec. 2 se puede considerar que el segundo término posee un valor despreciable ya que
el espaciado entre granos es varios drdenes de magnitud menor que el didmetro de la
muela. Asi mismo, para los valores habituales de profundidad de pasada en rectificado
a.? < a, d,. Teniendo en cuenta estas dos consideraciones, se obtiene una expresién mas
sencilla para espesor maximo de viruta.

ae
hcu,max =2-s- d_ Ec. 3
s

Teniendo en cuenta el valor del avance por grano (s) definido en la Ec. 1, la expresién
simplificada para el valor del espesor maximo de viruta en rectificado queda de la siguiente
forma:

Vw Qe
h =2-L-—- |— Ec. 4
cu,max " ds

Para obtener el valor del espesor maximo de viruta, Unicamente resta cuantificar el
espaciado entre granos. Para ello, Malkin [Mal08] propone obtener su valor a partir de
medidas topograficas de la superficie de la muela. Asi, si se considera que K es el nimero de
granos activos a lo largo de toda la longitud de la circunferencia, el espaciado entre granos
podria obtenerse como:

L = Ec. 5

El valor de K se podria estimar a partir del valor del nimero de granos activos por unidad de
area (obtenido mediante medidas topograficas de forma experimental).

K=C-(m-ds-b,) Ec.6

donde b_c es el valor de medio del ancho de corte de un grano que dependera de la forma
de la seccidn transversal de la viruta y C es nimero de filos de corte activos por unidad de
area.
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Si se considera, de forma simplificada, la seccién transversal de la viruta como un
rectdngulo de base b, y altura igual al espesor de viruta; y con la anchura de corte
aumentando de forma proporcional con el espesor de viruta:

b.=1r-hy Ec.7

T I:IT
y

Fig. 14. Representacion simplificada de la seccion transversal de la viruta.

Debido a que el tamafo del espesor de viruta es varios ordenes de magnitud menor que el
de la longitud de contacto, se puede tomar el valor medio del espesor de viruta h.,, como la
mitad de su valor maximo.

—~ T hcu,max

2

Ec. 8

S
a

A partir de las ecuaciones Ec. 4-Ec. 8 se obtiene el valor del espesor de viruta maximo en
funcién de los parametros de rectificado y de los valores asociados a la topografia de la
muela.

4 v a
hcu,max = C-r : (V_W> : d_e Ec. 9
s s

Llegados a este punto, cabe indicar, que la determinacién del niumero de filos de corte
activos por unidad de drea (C) puede ser viable a nivel de laboratorio, pero no lo es a nivel
industrial. No obstante, esta expresidon permite estudiar de forma cualitativa como influira
una variacion de los parametros del proceso en el valor del espesor de viruta maximo. Asi,
por ejemplo, una reduccion del ratio de velocidades ¢qs = v;/v,, 0 un aumento de la
profundidad de pasada conllevarian un aumento del espesor de viruta. Este hecho
implicaria, entre otros aspectos, que los granos estuvieran sometidos a una carga mayor
aumentando la probabilidad de fractura o desprendimiento de los mismos. Por otro lado,
también se tendrda que tener en cuenta la influencia del diamantado ya que éste
condicionarad la topografia de la muela y, como consecuencia, influira en el valor de los filos
de corte activos por unidad de area (C). Ademds, este parametro también se verd

influenciado por el desgaste progresivo de la muela a medida que avanza el proceso.
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I1.2.3.3. La longitud de la zona de contacto
La determinacion de la longitud de la zona de contacto que se establece entre la muela y la

pieza durante el rectificado es un parametro especialmente relevante de cara al estudio de
este proceso.

Como se vera posteriormente, para llevar a cabo la modelizacidn térmica del rectificado, el
calor generado durante el proceso es considerado como una fuente de calor distribuida
sobre la longitud de contacto. Asi pues, el valor de este parametro influird directamente en
la intensidad de calor que entra en la pieza y en la distribucién de temperaturas obtenidas.
Ademas, la longitud de contacto también es especialmente relevante en la predicciéon de la
rugosidad final de la pieza o en el estudio del desgaste de los granos de la muela.

Si se consideraran tanto la muela como la pieza como dos solidos indeformables, el analisis
de la longitud de la zona de contacto podria realizarse a partir de su disposicidn geométrica.
En adelante, este valor se denominara como longitud de contacto geométrica (lg) (ver Fig.
15).

d./2

Fig. 15. Definicion de la longitud de contacto geométrica

Tal y como se muestra en la Fig. 15, en el caso del rectificado plano, la longitud de contacto
geométrica podria asimilarse al arco de circunferencia AB. Debido a que el valor de la
longitud de contacto es mucho menor que el perimetro total de la muela, su valor podria
aproximarse a partir de la siguiente expresion:

Para rectificado plano:
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2a
0 =cos™?! (1 - e) Ec. 11
ds

Ademas, teniendo en cuenta que el valor del angulo 8 es muy pequefo, se cumplira la
siguiente aproximacion:

92
cosf=1—— Ec. 12

2
Teniendo en cuenta la Ec. 10 y la Ec. 12, obtenemos el valor de la longitud de contacto
geométrica:

1, =/a, - d, Ec. 13

A pesar de que el valor geométrico puede servir como punto de partida para estimar la
longitud de contacto, en anteriores trabajos se ha comprobado que es necesario considerar
un valor mayor para modelizar adecuadamente el proceso de rectificado convencional
[Pom10]. Este hecho se debe a que tanto la muela como la pieza experimentan
deformaciones elasticas y, ademas, el contacto entre ambos cuerpos no es liso sino rugoso.

Debido a la geometria y cinematica del proceso, la medicidon directa de la longitud de
contacto real (l.) resulta muy compleja. Asi, algunos autores han desarrollado metodologias
experimentales para estimar de forma indirecta la longitud de contacto [Zho92, Qi97, Dar02
y Lef06]. Sin embargo, si se desea obtener una estimacién de la longitud de contacto para
un numero elevado de combinaciones de pardmetros, el empleo de estas metodologias
experimentales es muy costoso.

Partiendo de esta consideracidn, algunos autores han tratado de modelizar el proceso de
con el objetivo de encontrar expresiones analiticas que permitan estimar el valor de este
parametro. Entre los modelos revisados, uno de los mas completos (y ampliamente
utilizado) es el desarrollado por Rowe y Qi [Row93]. En este caso, los autores plantean que
la longitud de contacto real podria estimarse teniendo en cuenta dos factores: la longitud
de contacto geométrica (lg) y una longitud de contacto en la que se incluirian los efectos de
las deformaciones eldsticas y la rugosidad (I;). La relacién entre la longitud de contacto real
y estos dos factores vendria dada por la Ec. 14.

12 =12+1° Ec. 14

La estimacion del parametro I se lleva a cabo en dos pasos. En primer lugar, aplicando la
teoria de Hertz, se lleva a cabo un estudio de las deformaciones eldsticas sin considerar la
rugosidad de los cuerpos. A continuacién se plantea el contacto entre superficies rugosas
llegando a la siguiente expresion:
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_8-R2-F,-d,

I, = Ec. 15
’ m-bg - E*

donde R, es un factor experimental que depende de la rugosidad de ambos cuerpos (muela
y pieza) y que es determinado de forma experimental, F, es la fuerza normal, d, es el
diametro de la muela y b es la anchura de la muela comprometida en corte. Por ultimo, E
es el valor del médulo de Young equivalente. Este factor tiene en cuenta las propiedades
eldsticas de la muela y de la pieza y su valor puede calcularse a partir de la Ec. 16.

) .2\ 1
E* = (1 va + ! EUS ) Ec. 16
w S

donde, E,, y E; son los médulos de elasticidad de muela y pieza respectivamente y u,, y Us
son los coeficiente de Poisson de la muela y de la pieza respectivamente.

Finalmente, teniendo en cuenta la Ec. 13 y la Ec. 15, el valor de la longitud de contacto real
podria estimarse a partir de la siguiente expresion:

2

lﬁ:%q.ae.ds Ec. 17
Por ultimo cabe indicar que, para el caso de los procesos con alta profundidad de pasada
(como, por ejemplo, el creep-feed) Rowe y Qi [Row93] concluyen que los errores cometidos
en las temperaturas predichas al considerar el valor geométrico de la longitud de contacto
son menores al 10%. Asi, partiendo de esta consideracion, otros muchos autores han
tomado el valor geométrico de la longitud de contacto en la definicion de modelos térmicos
del proceso [Mou01, Bri03, Mam03, Wan03, Sal07, Zha09a, Ngul0, Hyal3, Foel3, Sall4].
No obstante, esta hipdtesis no seria valida en el caso del rectificado convencional en el que
resulta imprescindible considerar el efecto de las deformaciones y del contacto rugoso.

I1.2.4. Fuerzas y parametros energéticos en rectificado

Al igual que en otros procesos de mecanizado, el estudio de la evolucidon de las fuerzas de
corte y de los parametros relacionados con la energia consumida son de gran utilidad de
cara a analizar los fendmenos presentes durante el proceso. Asi, por ejemplo, permitiran
estudiar aspectos como las deformaciones experimentadas por la pieza o estimar la
cantidad de calor generada en la zona de contacto. Por ello, a continuacidn, se describiran
los conceptos y pardmetros mas importantes relacionados con estas magnitudes fisicas.

I1.2.4.1. Fuerzas de corte en el proceso de rectificado
Tal y como se ha descrito anteriormente, el proceso de rectificado es el resultado de la

accion de numerosas acciones de micro-mecanizado producidas por el contacto de los
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granos abrasivos con la pieza. Asi pues, la fuerza de corte total serd la suma vectorial de las
fuerzas experimentadas por cada uno de los granos:

n
F = Z F. Ec. 18
i=1

La fuerza de corte puede descomponerse a su vez en tres componentes: una en la direccion
tangencial a la trayectoria de la muela (fuerza tangencial F,), otra en la direccién normal
(fuerza normal F,)) y la tercera en la direccion del eje de la muela (fuerza axial F,).

F=F+F +F, Ec. 19

La componente en la direccion normal F, influird directamente en las deformaciones
experimentadas por la muela y la pieza. Asi, su valor habra de ser tenido en cuenta en el
calculo de parametros como la longitud de la zona de contacto entre la muela y la pieza. La
componente tangencial F; estara relacionada con la energia calorifica puesta en juego en el
proceso y con las temperaturas generadas en la pieza. Por Ultimo, la componente axial F,
serd responsable de la deformacién lateral de la muela y de la pieza.

En la Fig. 16 se han representado esquematicamente cada una de las componentes de la
fuerza de corte para una operacién de rectificado plano en penetracidn. En este caso,
puede considerarse que la orientacidn de la fuerza tangencial es muy préxima a la direccion
horizontal y la de la fuerza normal muy préxima a la vertical. Ademas, en este tipo de
rectificado, el modulo de la componente axial es muy pequefio por lo que suele
considerarse despreciable. Sin embargo, en procesos donde la muela posee un movimiento
a través, habra que tener en cuenta el efecto de la componente axial.

Fig. 16. Fuerzas de rectificado en el rectificado plano en penetracion
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Entre los parametros utilizados para estudiar el rectificado, la relacion entre los valores de
la fuerza tangencial y la fuerza normal (W) resulta de especial utilidad.

F,
©= _t Ec. 20
Ey

Este parametro proporcionara informacién sobre las condiciones de friccién en el contacto
entre la muela y la pieza y, por ello, servird para obtener una medida de la efectividad con
la que se elimina el material durante el corte.

A diferencia de otros procesos de mecanizado, en el rectificado la fuerza normal es mayor
que la fuerza tangencial y los valores de la relacion de fuerzas p oscilan entre 0,2 y 0,7
[Mar04]. En concreto, los valores préximos a 0,2 se corresponden con condiciones en las
que la etapa de ploughing es predominante durante el proceso de generacion de la viruta,
mientras los valores cercanos a 0,7 estardn asociados con un proceso de corte mas efectivo.

En este sentido, Garcia et al. [Garl4a] observan experimentalmente cémo se produce un
aumento brusco del ratio de fuerzas al sobrepasar un determinado valor limite del espesor
de viruta equivalente (ver Fig. 17). Los autores identifican este salto con un cambio en la
etapa predominante durante el proceso de formacion de la viruta. Asi, para valores del
espesor de viruta inferiores a esta frontera, la mayoria de los granos penetraran poco en el
material y la etapa de ploughing seria predominante, mientras que para valores superiores,
la etapa de cizalladura serd la predominante.

, Ploughing | Cizalladura .
80 I~ e > 0,35
| oFt eFn =
70 —* i - 0,30
. I
60 ; - 0,25
Z 50 :
< ! - 0,20
8 40 I =1
o b * * Lo
2 30 |
20 1 - 0,10
10+ 1 . e 005
1
0 L T T 0,00
0 20 40 60
Espesor de viruta equivalente h,, (nm)

Fig. 17 Influencia del espesor de viruta equivalente en el ratio de fuerzas [Gar14b].

Cabe sefialar, que en los ensayos experimentales desarrollados en este trabajo, Unicamente
se ha modificado la velocidad de avance y, por lo tanto, el valor del espesor de viruta
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equivalente (definido en la Ec. 21) puede servir para permitir estimar en qué medida
penetra un grano en el material.
Ae " Dy

heg = Ec. 21
eq Vg

Sin embargo, se ha de tener en cuenta que éste es un pardametro relacionado con el
volumen de viruta medio arrancado por cada grano y puede resultar engafoso en el estudio
de ensayos en los que se varie conjuntamente la profundidad de pasada y la velocidad de
avance de la pieza. Para ilustrar este aspecto, en la Fig. 18 se muestran dos situaciones que
poseen el mismo espesor de viruta equivalente y diferente tamafio de viruta. Asi pues, el
espesor de viruta maximo, podria resultar de mayor utilidad para estimar la influencia de
los parametros de rectificado en la penetracion del grano abrasivo en la pieza.

Fig. 18 Efecto de la variacion de la velocidad de avance y la profundidad de pasada en el espesor de
viruta.

Por otra parte, el valor de las fuerzas de corte en rectificado estara condicionado no solo
por los parametros de corte elegidos, sino también por las propiedades mecanicas del
material utilizado y por otros aspectos como el nivel de desgaste de la muela o las
condiciones de lubricacién de la zona de contacto.

Por ello, a lo largo de los afios, numerosos autores han tratado de desarrollar modelos que
permitan predecir el valor de las fuerzas de rectificado. La mayoria de estos modelos parten
de los resultados de un conjunto de trabajos realizados por Hahn y Lindsey [Hah71, Lin71,
Lin86].

Para poder entender el resultado de los trabajos de Hahn y Lindsey, es necesario definir
previamente el concepto de caudal de viruta en rectificado. Este parametro representara la
cantidad de material eliminada por unidad de tiempo y, para una operacion de rectificado
plano en penetracidn, su valor podra estimarse a partir de la Ec. 22.

Qw =bs-a, v, Ec. 22

donde b, es el espesor de la muela comprometido en el corte, a, es la profundidad de
pasaday v, es la velocidad de avance.
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Sin embargo, el caudal de viruta no permite comparar procesos con muelas de distinta
anchuray, por ello, el caudal especifico de viruta resulta mds adecuado para el analisis del
proceso de rectificado. Su valor puede estimarse a partir de la Ec. 23.

Qlw =0ae " Vy Ec. 23

El objetivo de Hahn y Lindsey es estudiar la evolucidon de las fuerzas de rectificado con el
caudal de viruta. Asi, tras llevar a cabo ensayos de rectificado, los autores observan que la
relacion entre la fuerza normal y el caudal de viruta especifico posee dos zonas
aproximadamente lineales aunque de pendiente diferente (ver Fig. 19).
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Fig. 19. Relacion entre la fuerza normal y el caudal de viruta en el estudio de Lindsey [Lin86].

Ante este resultado, se plantea la hipotesis de que en cada una de estas dos zonas
predominan etapas diferentes del proceso de generacién de la viruta. Por debajo del caudal
de viruta frontera, situado en torno a 1 mm3/(mm-s) en su proceso, predominaran las
etapas de rozamiento y ploughing mientras que por encima de este valor cobrara
importancia la etapa de corte.

Cabe sefialar, que esta hipotesis resulta coherente ya que si se compara la Ec. 21 con la Ec.
23, puede observarse como el caudal de viruta especifico posee un valor proporcional al
espesor de viruta equivalente si no se modifica la velocidad de la muela. Este es el caso de
los ensayos llevados a cabo por Hahn y Lindsey.

Snoeys y Peters por su parte [Sno71], proponen emplear una relacién potencial para
relacionar las fuerzas de corte con el espesor de viruta equivalente:
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F'y=F - hy Ec. 24
F't=Fy-hey! Ec. 25

En las expresiones anteriores, F;, F,y f son pardmetros que dependen del estado de
desgaste de la muela y de las propiedades mecanicas de la muela y de la pieza.

A pesar de que este modelo puede resultar de utilidad para estudiar de forma cualitativa la
influencia de los pardmetros de corte en las fuerzas de rectificado, su aplicacién practica
resulta muy dificil debido al importante esfuerzo que debe realizarse para caracterizar los
pardmetros experimentales F;, F,y f. Ademds, se ha de tener en cuenta que su valor
variarda durante el rectificado como consecuencia del desgaste de la muela.

I1.2.4.2. Parametros energéticos del proceso de rectificado
Al igual que las fuerzas de corte, los parametros relacionados con la potencia y la energia

consumidas por el proceso son ampliamente utilizados para analizar los fendmenos fisicos
que suceden en el rectificado. Ademas, en el caso en el que la cinematica del proceso sea
compleja (como, por ejemplo, durante el rectificado cilindrico) su medicién es mas sencilla
que la de las fuerzas de corte.

El pardmetro energético mas empleado a la hora de estudiar el proceso de rectificado es la
energia especifica e.. Este parametro representa la energia consumida en el proceso por
unidad de volumen de material eliminado y su valor puede estimarse a partir de la siguiente

expresion:

P
e, =— Ec. 26
© Qu

donde P.es la potencia consumida en el proceso y Q,, es el caudal de viruta eliminado.

Debido a la geometria del proceso de rectificado, puede considerarse que la linea de accién
de la fuerza normal pasa por el centro de giro de la muela. Por ello, esta componente de la
fuerza no implicard consumo alguno de energia. De esta forma, para el rectificado plano en
penetracidn, la potencia consumida en el proceso podrd obtenerse de la siguiente forma:

Po=F -v.=F - (vstw,) Ec. 27
donde v, es la velocidad de corte.

El signo negativo estara asociado con el proceso de rectificado en concordancia mientras
que el positivo se considerara en el rectificado en oposicion. En el caso de rectificado
convencional, la velocidad de avance de la pieza es varios érdenes de magnitud menor que
la de giro de la muela. Por ello, su valor podria despreciarse en el célculo de la potencia.
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P.=F, v Ec. 28
Teniendo en cuenta la Ec. 23, la Ec. 26 y la Ec. 28:

F; - vg F'e-vy, F'%
e, = = y = — Ec. 29
bs * Qe Vy Qw heq

donde F’; es la fuerza tangencial especifica, es decir, la fuerza de corte en direccidn
tangencial por unidad de ancho de muela en contacto.

Los procesos de mecanizado abrasivo, como el rectificado, se caracterizan por ser
energéticamente poco eficientes ya que para eliminar un determinado volumen de material
se necesita mucha mas energia que en los procesos de mecanizado con herramienta de
geometria definida. Asi, el valor de la energia especifica se sitia entre 20 y 100 J/mm’ para
el rectificado convencional y entre 1y 4 J/mm’ para el torneado.

Al igual que las fuerzas de rectificado, la evolucidn de la energia especifica es habitualmente
estudiada comparando su valor con el del espesor de viruta equivalente. Asi, a modo de
ejemplo, en la Fig. 20 se muestra la relacién e.-hq para una serie de ensayos de rectificado
plano. Cabe sefialar que los valores obtenidos se corresponden con una muela recién

diamantada
Material: AISI D2 Velocidad de corte: 35 m/s
Muela: 89 A46 | 8 AV217 Velocidad de avance: 100 mm/s
Condiciones de refrig.: taladrina Prof. de pasada: 0,02-0,06 mm

300

250

200

e [J/mm?3]
5
/ — T

100

50 }I\
€ch \L

heg [nm]

Fig. 20. Variacion de la energia especifica de corte con el espesor de viruta equivalente.
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Tal y como se puede observar, la energia especifica es mayor a medida que disminuye el
espesor de viruta. Este fendmeno es explicado por Malkin y Anderson [Mal74] partiendo de
la teoria propuesta por Hahn [Hah62] para describir el proceso de formacién de la viruta
(ver apartado 11.2.3.1). Asi, los autores proponen que cada uno de las tres etapa presentes
durante la formacidén de viruta (rozamiento, ploughing y corte) necesitara de un consumo
de energia (Ec. 30) y, a continuacion, estiman la energia especifica asociada a cada uno de
ellos.

e, = €g + epl + €ch Ec. 30

donde ey es la energia especifica consumida en la etapa de rozamiento, e, es la energia
especifica consumida en la etapa de ploughing y e, es la energia especifica consumida en la
etapa de corte.

En primer lugar, los autores plantean la hipdtesis de que si la muela se encuentra recién
diamanta la energia consumida en el rozamiento es nula. Esta hipdtesis resulta razonable
en este caso ya que, tras el diamantado de la muela, los filos de corte se encontraran
intactos. No obstante, a medida que avance el proceso, los granos iran perdiendo filo y
aumentara la superficie de la muela ocupada por caras planas. Este efecto habra de ser
tenido en cuenta a la hora de emplear graficos como el mostrado en la Fig. 20 ya que el
desgaste de la muela implicara necesariamente un aumento de la energia consumida en el
rozamiento, y por lo tanto, de la energia especifica consumida en el proceso de rectificado.

Por otra parte, los autores proponen que la etapa de ploughing requerira de una menor
energia especifica a medida que aumente el espesor de viruta ya que se alcanzara antes el
espesor de viruta critico para que comience la cizalladura. En el limite, la duracién de esta
etapa seria despreciable y la energia consumida por el proceso se corresponderia
practicamente en su totalidad con la energia consumida durante el proceso de corte e.

Seguidamente, para estimar el valor de la energia consumida en el corte, proponen que
esta ultima etapa se produce de forma adiabatica como consecuencia de las elevadas
velocidades de deformacién a las que se produce el corte. Para confirmar este
planteamiento, observan las virutas obtenidas mediante microscopia electrénica y
determinan que éstas no se han fundido durante el proceso. En este sentido, cabe sefialar,
qgue el hecho de que el material no se encuentre fundido no implica que este no haya
podido absorber energia durante el proceso y, por lo tanto, podria concluirse que los
autores no presentan evidencias cientificas suficientes que demuestren que el proceso se
da de una forma adiabatica.
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A pesar de ello, si que resulta coherente pensar que el descenso observado en la energia
especifica al aumentar el espesor de viruta sea consecuencia de la reduccidn de duracién de
la etapa de ploughing.

Partiendo de un estudio tedrico de la distribucién de temperaturas en la pieza, Malkin et al.
[Mal78] proponen emplear la Ec. 31 para estimar la temperatura maxima que se alcanzara
en la superficie al generarse una energia especifica determinada.

14 - -
ec = ey + ] Trax - do™'* - a,~3/* - v, 712 Ec. 31

donde e, se corresponde con el 45% de la energia especifica necesaria para elevar la
temperatura del material hasta su punto de fusién (en torno a 6,2 J/mm3 en aceros), J es
una constante que depende del material, T, €s la temperatura maxima alcanzada por la
superficie de la pieza y d. es el didametro equivalente.

Los autores llevan a cabo ensayos experimentales variando a,, de y v,, € identifican que los
valores de e. obtenidos con la Ec. 31 para un Unico valor de T, Se encuentran préximos a
aquellos en los que comienza el proceso de revenido en la pieza (Fig. 21). A partir de este
resultado, en futuros trabajos [Ste01, May02] se ha planteado que la Ec. 31 puede ser de
utilidad para predecir durante el rectificado el momento en el que se produce el revenido
en la pieza. No obstante, para aplicar esta metodologia, es necesario conocer durante el
proceso la profundidad de pasada introducida y el didmetro de la muela siendo muy
compleja su implementacién en un entorno industrial.

o
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Fig. 21 Representacion esquemdtica de la relacion entre la Ec. 31 y el inicio del proceso de revenido.
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Otro de los parametros energéticos utilizados para estudiar el proceso de rectificado es la
potencia consumida en el proceso por unidad de area de contacto P”.. Su valor puede
estimarse a partir de la siguiente expresion:

" P F v
p=—t=t= Ec. 32

Brinksmeier [Bri91] observa que existe una relacidon entre este parametro y las tensiones
residuales en la superficie de la pieza tras el proceso de rectificado. No obstante, ha de
tenerse en cuenta que para el calculo de la energia consumida por unidad de drea es
necesario conocer el valor de la longitud real de la zona de contacto. Ante la dificultad de
obtener este pardmetro, el autor utiliza la longitud de contacto geométrica.

Para valores bajos de P”., en el proceso de corte, el material se deformara de forma
elastica y el efecto del rozamiento sera predominante. Como consecuencia, los gradientes
térmicos generaran tensiones residuales de traccién. Si se aumenta la potencia por unidad
de area, el material comenzard a deformarse pldsticamente y esta deformacion introducira
fuertes tensiones residuales de compresidon. Sin embargo, si se continia aumentando P”,,
un aumento excesivo de la temperatura en la pieza provocara una deformacién plastica de
origen térmico. Al enfriarse la pieza, se generardn en ésta tensiones residuales de traccion.
Asi, para valores elevados de P”., esta componente térmica de traccidn puede llegar a ser
muy superior a la componente mecanica de compresidon. La generacion de valores
pequeios de P”. podrd favorecerse disminuyendo el caudal de viruta o la velocidad de
corte, asi como introduciendo un fluido lubricante en la zona de contacto.

o

mec.

Fig. 22. Evolucidn de las tensiones residuales con el aumento de la energia por unidad de drea [Bri91].

Lierse [Lie98], a partir del estudio de trabajos relacionados con la soldadura y los procesos
laser, plantea que no sélo tiene importancia la potencia suministrada por unidad de area,
sino que también ha de tenerse en cuenta el tiempo de aplicacidn. Por ello, propone que

35



Capitulo II: Revision del estado del arte

para estudiar las tensiones residuales en la pieza resulta mas adecuado hacerlo a partir de
la energia por unidad de area (E”,).
" " " lc Ft : 175

E,=P -At=P - -—= £c.33
c c c UW bS‘UW C

donde At es el tiempo de contacto entre la muela y la pieza.

En un trabajo posterior, Kruzynski y Wojcik [Kru01] observan que para rectificado plano en
penetracidn existe una relacién entre E”. y la distribucidon de tensiones residuales en la
pieza. Esta correlacidn entre ambos parametros es confirmada por Zeppenfeld [Zep05] para
rectificado speed stroke y por Tonissen et al. [Ton12] para rectificado quick point.

I1.2.5. La influencia del fluido de corte en rectificado

Al igual que en otros procesos de mecanizado, el uso del fluido de corte en rectificado
resulta vital para mejorar la calidad del proceso. En el caso del rectificado, el fluido de corte
posee un papel importante en la refrigeracidn, la lubricacién o la limpieza de la zona de
contacto. A continuacion se comentara cada uno de estos cuatro aspectos.

a) Refrigeracion

Tal y como se ha comentado previamente, el aumento excesivo de la temperatura puede
generar dafios en la pieza rectificada y, por ello, resulta imprescindible refrigerar la pieza
durante el proceso.

El uso de fluidos de corte estd ampliamente extendido debido a su doble accién
refrigerante. Por un lado, el fluido que penetra en la intercara entre la muela y la pieza
evacua parte del calor generado ayudando a disminuir el valor de la temperatura maxima
alcanzada. Por otro lado, el fluido de corte fuera de la zona de contacto disminuye la
temperatura global de la pieza y evita que se produzca un calentamiento excesivo en las
sucesivas pasadas de rectificado.

A pesar de que la refrigeraciéon global de la pieza resulta relativamente sencilla de
conseguir, la correcta refrigeracion de la zona de contacto puede ser una tarea complicada
[Lop13]. En los procesos en los que la velocidad de la muela es elevada, la generacién de
una barrera de aire alrededor de la muela dificulta la entrada de refrigerante. Con el
objetivo de romper esta barrera, la orientacién de la boquilla asi como la presién de salida
del fluido refrigerante deberan ser correctamente seleccionadas. Ademas, en el caso de
utilizarse soluciones con base agua, el calor generado en la zona de contacto podria
producir la evaporacion del fluido de corte y la generacién de una capa aislante sobre la
zona de contacto [Lef06]. Este efecto es conocido como “film-boiling”.
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b) Lubricacion

Como se ha visto en apartados anteriores, el contacto entre los granos abrasivos y el
material de la pieza posee una influencia directa en las fuerzas del proceso o en la energia
especifica consumida, entre otros aspectos. Asi, una buena lubricacion del proceso evitara
la aparicion de problemas relacionados con fendémenos dindmicos o con el aumento del
calor generado en la zona de contacto. Ademas, redundara en una mejora global del
proceso ya que, por ejemplo, mejorara la rugosidad superficial de la pieza acabada [Bri99].

Tradicionalmente, se han empleado como fluidos de corte disoluciones de aceite en agua
(taladrinas) o los aceites de corte. Sin embargo, se ha observado que estos ultimos
presentan una mejor capacidad de lubricacion que los fluidos de corte con base agua
[Mal08]. Con el objetivo de ilustrar este aspecto, en la Fig. 23 se puede observar la
evolucion del porcentaje de la superficie de la muela ocupada por caras planas en funcidon
de la cantidad de material eliminado para cuatro fluidos de corte. Como se puede ver, a
medida que aumenta la proporcién de aceite, la tasa de generacion de caras planas
disminuye.

4 —o—Aire
3,5 / —@-Taladrina (1:40)

/ Taladrina (1:20)
3 //' —<Aceite
2,5

X J
< 2
1,5
1
W
0,5
=
O T T T T T 1
0 100 200 300 400 500 600

V', ( mm3/mm)

Fig. 23. Evolucidn de la proporcion de superficie ocupada por caras planas en funcion de la cantidad de
material eliminado (diferentes fluidos de corte) [Mal08].

Cabe sefialar que en los ultimos afios se han llevado acabo nuevos desarrollos con el
propdsito de mejorar la lubricacion en la zona de contacto. Asi, por ejemplo, Setti et al.
[Set15] proponen el empleo de nano particulas para reducir la friccion entre el grano y la
pieza.
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c) Limpieza

Ademas del efecto lubricante y refrigerante, los fluidos de corte ayudan a evacuar el
material mecanizado. En el caso en el que la evacuacidn de la viruta no se realizara de
forma correcta la muela podria embotarse en exceso, reduciendo su capacidad de corte y
aumentando las fuerzas de rectificado. Este efecto cobra mayor importancia en el caso de
rectificado de aleaciones termo-resistentes o en el rectificado creep-feed donde la muela se
tiende a embotar con mayor facilidad [Heil2]. En algunos casos, la limpieza producida por
el fluido de corte aplicado en la zona de contacto puede resultar insuficiente. Ante esto, se
afade otra tobera de limpieza en una zona alejada de la zona de contacto.

d) Mejora de las condiciones mecdnicas y quimicas del contacto.

La introduccion de un fluido de corte puede tener otros beneficios adicionales en el
proceso. Por un lado, los pequefios efectos vibratorios se veran amortiguados por el fluido
de corte y esto provocara una mejora de la calidad superficial de la pieza. Por otro lado, la
presencia de algunos compuestos quimicos en el fluido (como el azufre o el cloro) reducira
el efecto de los fendmenos fisico-quimicos que generan la aparicion de caras planas en los
granos [Xul5].

No obstante, el empleo de fluido de corte presenta una serie de inconvenientes que han de
ser considerados. Por un lado, suponen entre un 15 y un 20% de los costes de produccién
[Pus10]. Ademas, debido a su toxicidad, su proceso de reciclado es complejo y los valores
de estos fluidos pueden provocar problemas respiratorios en los operarios.

Asi pues, algunos trabajos de investigacion han estudiado la posibilidad de eliminar por
completo el fluido de corte del proceso. Sin embargo, bajo estas condiciones, aspectos
como la precision de la pieza, el acabado superficial o el desgaste de la muela se ven
penalizados [Ebb0O0]. A pesar de ello, se han encontrado estudios que tratan de minimizar
los efectos adversos del rectificado en seco. Asi, por ejemplo, Aurich et al. [Aur08] llevan a
cabo un estudio en el que se desarrolla una muela de CBN electrodepositada con los granos
colocados en filas paralelas. Tawakoli y Azarhoushang por su parte [Taw08], estudian la
posibilidad de asistir el proceso mediante ultrasonidos y observan que al introducir esta
tecnologia las fuerzas de corte se ven reducidas entre un 50% y un 70%.

Por otra parte, otros autores han desarrollado tecnologias lubricacidon y refrigeracion
alternativas a las tradicionales con el objetivo de reducir la cantidad de fluido de corte
empleada. En este sentido, se ha comprobado que mediante la implementacién la técnica
del MQL (Minimum Quantity Lubricant) en el proceso de rectificado pueden obtenerse
buenos acabados superficiales (con rugosidades inferiores a 0,5 Ra) y desgastes de muela
comparables a los obtenidos con fluido de corte convencional [Pom10, Sil13, Nad15].
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I1.3. EL PROBLEMA TERMICO EN RECTIFICADO

Tal y como se ha descrito en los apartados anteriores, durante el rectificado, la energia
invertida en el rozamiento y en la deformacién plastica del material es muy superior a la
consumida en el corte. Debido a ello, gran parte de la energia consumida es transformada
en calor en la zona de contacto, aumentando asi la temperatura de la pieza.

Durante el proceso, se debera controlar el aumento excesivo de la temperatura ya que, de
lo contrario, pueden a aparecer en la pieza diferentes tipos de dafio térmico que hagan que
ésta sea rechazada. En este sentido, la modelizacidon térmica del rectificado es una
herramienta util de cara a estimar la temperatura que alcanzard la pieza durante el proceso
con los parametros de corte seleccionados.

En este apartado, en primer lugar, se describirdn los dafios térmicos que pueden aparecer
en la pieza durante el rectificado. Seguidamente, se presentaran los trabajos revisados cuyo
objetivo ha sido modelizar el campo de temperaturas en la pieza durante el rectificado.

I1.3.1. Danos térmicos en piezas rectificadas
Los datos térmicos que pueden aparecer en la pieza tras el rectificado son los siguientes:

e Decoloracidn de la pieza producida por la oxidacidn acelerada.

e Tensiones residuales de traccion.

e Transformaciones de fase metalurgicas (principalmente generadas por la aparicion
de revenido y/o retemplado).

A continuacion se describiran brevemente cada uno de estos fendmenos. No obstante, se
ha de tener en cuenta que, si bien se van a presentar de forma separada, estos ocurren
habitualmente de forma simultanea.

a) Decoloracion

La decoloracidn de la pieza es consecuencia de un proceso de oxidacién acelerado por las
altas temperaturas en la superficie de ésta. En el caso de los aceros, este proceso se hace
especialmente notorio a partir de los 300-4002C y es uno de los primeros sintomas que
indica que las temperaturas alcanzadas por la pieza son excesivas. Con el objetivo de
ilustrar este efecto, la Fig. 24a muestra un engranaje en el que se pueden observar
variaciones en la coloracion del material producidas por el proceso de oxidacion.
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Fig. 24 Dafios térmicos en engranajes rectificados. Fuentes Sauter Bachmann y [Paul0].

b) Tensiones residuales de traccion

Durante el proceso de rectificado, la zona superficial de la pieza alcanza temperaturas
elevadas mientras que el material que se encuentra en el interior apenas varia su
temperatura. Como consecuencia de este efecto, la expansidn térmica del material de la
superficie se ve impedida y se generan tensiones de compresidon en esta zona de la pieza
(ver Fig. 25). En el caso en el que la temperatura sea suficientemente alta, las tensiones
pueden llegar a sobrepasar la tensién de fluencia del material produciéndose una
deformacion plastica de éste.

Durante el enfriamiento de la pieza, la zona deformada pldsticamente se acortara en mayor
medida y, debido a la necesidad de continuidad en el material, se generaran tensiones
residuales de traccion en la superficie. Ademas, ha de tenerse en cuenta que este proceso
se ve favorecido por el hecho de que el valor de la tensién de fluencia decrece a medida que
se eleva la temperatura del material.

o> oyp Tensiones residuales
de tracaon

0000 -DUUU\-N-\ 5’5_5"6“
0000 QOOOO»MW 6000

Estadoinicial Aumento de temperatura Estado final

Fig. 25 Generacidn de tensiones residuales en la superficie por el efecto de la deformacion termo-
pldstica.
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c) Cambios en la estructura metalurgica del material

La variacion de la temperatura durante el proceso de rectificado puede dar lugar a la
aparicidn nuevas fases metalurgicas en la pieza o a cambios en las fases presentes en ésta.
Asi, la aparicién de una fase metalurgica de menor dureza podria reducir la resistencia al
desgaste de la pieza y acortar su vida en servicio. A modo de ejemplo, en la Fig. 24b se
muestra un engranaje que ha sufrido un desgaste acelerado por la pérdida de dureza
durante el proceso de rectificado.

En el caso del rectificado de piezas de acero templadas y revenidas, si el material en la
superficie supera la temperatura de austenizacion (en torno a los 7502C), se generara una
capa de martensita sin revenir de una dureza superior a la de la fase original. No obstante, a
pesar de que las temperaturas no sean tan elevadas como para generar una
reaustenizacién del material, pueden ser suficientes para producir un segundo revenido
que disminuya la dureza del material.

A modo de ejemplo, en la Fig. 26 se muestra una micrografia de una pieza de acero AlSI
52100 que ha sufrido cambios metalurgicos durante el proceso de rectificado junto con la
evolucion de la dureza del material en profundidad. Tal y como se puede observar, en la
zona superficial existe una zona re-endurecida de aproximadamente 50 um que posee una
dureza superior a la dureza inicial del material. Esta zona habra alcanzado una temperatura
suficientemente elevada como para producir la reaustenizacion de la pieza. Sin embargo, el
material que se encuentra por debajo de esta zona re-endurecida y hasta una profundidad
de 300 um ha disminuido su dureza. En esta zona de la pieza, las temperaturas no habran
sido tan elevadas como para producir una reaustenizacion del material, pero si habran sido
suficientes para producir en éste un segundo revenido.
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Fig. 26 Cambios de fase producidos por el proceso de rectificado en una pieza de acero AlSI 52100
templada y revenida (adaptada de [Mar04]).
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I1.3.2. Modelizacion térmica del proceso de rectificado

La aparicion de alguno de los dafios térmicos descritos en el apartado anterior resulta
especialmente grave si se tiene en cuenta que la pieza posee un elevado valor afiadido
cuando llega a la etapa de rectificado. Por ello, la modelizacién térmica del proceso
resultard de utilidad si se quiere controlar la aparicion de dafio térmico y optimizar el
proceso de puesta a punto.

Tal y como se ha presentado anteriormente, el rectificado es el resultado de la
superposicion de numerosos procesos de micro-mecanizado en los que los granos de
material abrasivo interactian con la pieza. No obstante, estas acciones de micro-
mecanizado poseen una duracién que se encuentra en el orden de las decenas de
microsegundos siendo el efecto de la accién conjunta de todos los granos el responsable de
la aparicidn de dafio térmico en la pieza [Row96, Bat05, Lef12].

La Fig. 27 muestra la evolucion de la temperatura en un punto de la superficie de la pieza
durante el proceso de rectificado. En ésta, se pueden observar picos de temperatura de
muy corta duracion (spike temperatures) que se corresponden con la accidn de cada uno de
los granos con la superficie rectificada. Cabe mencionar que, actualmente, los sensores de
temperatura no poseen tiempos de respuesta lo suficientemente cortos como para
detectar los fuertes gradientes térmicos que se producen durante cada accion de micro-
mecanizado. Por ello, los valores reales de estos picos de temperatura seran superiores a
los registrados experimentalmente. Por otro lado, se puede observar cémo los picos de
temperatura se superponen sobre una distribucién de temperaturas “de base” (background
temperature). Esta es la responsable de |a aparicién de dafio térmico en la pieza y, por ello,
el andlisis térmico del proceso ha de tener como objetivo la prediccidon de este tipo de
distribucion de temperatura.

Para la prediccion del campo de temperaturas “de base”, la mayoria de los modelos
existentes consideran el calor generado en la zona de contacto como una fuente de calor
que recorre la superficie de la pieza. La definicion de esta fuente de calor presenta dos
aspectos a resolver: la cuantificacion del calor generado durante el proceso y la distribucién
del calor en la zona de contacto. Estos dos aspectos seran tratados en los apartados 11.3.2.1
y11.3.2.2.

Por otro lado, la modelizaciéon de cada una de las variantes del proceso de rectificado
requerird de la consideracion de hipétesis diferentes. Por ello, en los siguientes apartados
(1.3.2.3 y 11.3.2.4) se hara una revision de los modelos presentados por otros autores para
simular el rectificado convencional y los procesos de rectificado con alta profundidad de
pasada.
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Fig. 27 Distribucion experimental de temperaturas en rectificado (adaptada de [Bat05]).

I1.3.2.1. El calor generado durante el proceso de rectificado
Como se ha comentado previamente, en el rectificado, puede considerarse que toda la

energia consumida en el proceso de corte se transforma integramente en energia calorifica
en la zona de contacto. De esta forma, el calor generado en la unidad de tiempo puede
tomarse estimarse a partir de la medida potencia de corte (Ec. 34).

Q. =P.= F, v, Ec. 34

Por otro lado, ha de tenerse en cuenta que el calor generado se distribuird en toda la zona
de contacto. Asi, de cara a comparar distintos procesos de rectificado, resulta de mayor
utilidad considerar el flujo de calor generado en el proceso por unidad de tiempo g;.

) P F, -
4e = @ S s Ec. 35
bs'lc bs'lc bs'lc

Tal y como se muestra en la Fig. 28, el flujo de calor generado en la zona de contacto ¢, sera
evacuado por cuatro caminos diferentes: por el fluido de corte g, por la muela de

rectificado g, por la propia pieza g,, y por las virutas de material eliminado q., (ver Fig. 28).

Asi, el balance térmico del proceso de rectificado estara representado por la Ec. 36.

qt=Qf+C'IS+C'IW+th Ec. 36
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Vv Muela

Pieza

Fig. 28 Division del calor generado en la zona de contacto

Si se considera la fraccion de calor total que es evacuada por cada uno de estos cuatro
caminos, la Ec. 36 puede reescribirse de la siguiente forma:

C?t=Rf'Qt+Rs'Qt+Rw'Qt+Rch'Qt Ec. 37

donde los parametros R; indican la fraccion del calor total evacuado por cada una de las
cuatro vias de evacuacion de calor en tanto por uno.

En la bibliografia consultada, se han hallado dos metodologias para estudiar y cuantificar los
distintos factores R;. Algunos autores han determinado sus valores de forma puramente
tedrica a partir de estudio del contacto entre un grano y la pieza. Otros, sin embargo, lo han
hecho mediante un calculo inverso, es decir, comparando las temperaturas predichas por
un modelo tedrico con las medidas experimentalmente. En los apartados 11.3.2.3 y 11.3.2.4,
se describiran los modelos térmicos del proceso desarrollados por otros autores y se
mostraran los valores estimados para los factores R; bajo diferentes condiciones de
rectificado.

I1.3.2.2. Distribucién del calor en la zona de contacto
El conocimiento preciso de cdmo se reparte el calor en la zona de contacto resulta vital si se

quiere obtener una distribucién de temperaturas en la pieza lo mas préxima a la realidad.
Sin embargo, debido a la complejidad matematica que supone la consideracidon de una
distribucion no uniforme en la zona de contacto, los primeros trabajos consideran que el
calor se distribuye de manera uniforme [Out52, Des70b].

En un trabajo posterior, Kohli et al. [Koh95] presentan un modelo analitico del proceso de
rectificado y calculan el campo de temperaturas con dos tipos diferentes de distribuciones
de calor. En primer lugar, consideran una distribucion uniforme y, a continuacion,
argumentan que una distribucidn triangular podria ser mas adecuada debido a que la
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cantidad de material eliminado aumenta a medida que el grano avanza en el proceso de
corte. Por ultimo, los autores comparan la evolucién de la temperatura predicha en ambos
casos con medidas experimentales de temperatura en la pieza.

Tal y como se puede observar en la Fig. 29, la distribucion de temperaturas obtenida con la
fuente de distribucidn triangular se aproxima mds a la obtenida experimentalmente. A
partir de este resultado, puede concluirse que la consideracién de una distribucion
uniforme del calor resulta inadecuada si se quiere predecir la evolucién de la temperatura
en la pieza. No obstante, cabe sefialar que las temperaturas maximas predichas en ambos
casos son muy similares y, por ello, la consideracién de una distribucién uniforme del calor
podria ser adecuada si Unicamente se desea predecir la temperatura maxima en la pieza.
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Fig. 29 Distribuciones de temperatura tedricas y experimentales obtenidas por Kohli et al. (adaptada
de [Koh95])

Por su parte, Zhang y Mahdi [Zha95] en un trabajo contempordneo al de Kohli et al. [Koh95]
también plantean que la distribucion triangular del calor podria ser adecuada para
modelizar el proceso. Sin embargo, a partir de medidas experimentales de la temperatura
observan que la distribucion de temperaturas en la pieza es diferente si el rectificado se
lleva a cabo en concordancia o en oposicidn (ver Fig. 30).
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X

Fig. 30 Distribuciones de temperatura para rectificado en concordancia y en oposicion [Wag91]

A partir de este resultado, los autores proponen considerar una distribucion de calor en
forma de triangulo escaleno en el que su maximo estard situado a una distancia &, del
centro de la zona de contacto (ver Fig. 31). A continuacidn, Zhang y Mahdi modelizan el
proceso de rectificado mediante el método de los elementos finitos y observan que a
medida que el pardmetro &, aumenta, se alcanza antes el punto de temperatura maxima.
De esta forma, la modelizacion del rectificado en oposicién requerira de un valor de &,
mayor que el rectificado en concordancia. No obstante, se echa en falta una validacion
experimental del modelo propuesto que permita cuantificar el valor de ¢, para cada tipo de
rectificado.

Vy l"—a'} Flujo de calor

Conveccion —_

YRR Y YY) ’tmuu
L i A - X
0|0’

- x,&
I./2
T.=0

Pieza

Z,X

Fig. 31 Esquema del modelo térmico presentado por Zhang y Mahdi [Zha95]

En un trabajo posterior, Guo y Malkin [Guo96a] determinan la distribucion del calor
mediante la comparacién de las temperaturas predichas con un modelo tedrico
(desarrollado por los autores en un trabajo anterior [Mal89]) y las temperaturas medidas de
forma experimental. Asi mismo proponen tres métodos matematicos para realizar este
calculo inverso y estudian la influencia en la precision de los resultados de dos aspectos: la

frecuencia de muestreo y la profundidad de colocacién del sensor de temperaturas.
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El primero de los métodos es denominado como “método de comparacion de
temperaturas”. Los autores parten de la expresion propuesta por Jaeger [Jae42] para el
calculo de la temperatura en régimen estacionario (Ec. 38).

Xa

1 Vwé(X—f) Uy
T(x,2)= | — ¢ . aw K
D)= [ @ e e

Xb

Jx=8)*+ Zz]l/z}df Ec. 38

Donde ¢, (¢) es la distribucién de la fuente de calor, k, es la conductividad térmica del
material, a,, es la difusividad térmica del material, Kj es la funcion modificada de Bessel de
segundo orden vy v, es la velocidad de la pieza que coincide con la de la fuente maévil.

A continuacién, se discretiza la fuente de calor dividiendo ésta en “n” segmentos donde el
calor se considera constante:

n Xa
T(x,z) = . 1 . e”wé(;f‘;f) K Dy (x = 5)2 + 22]1/2 d&
) W | N7l Ec. 39
=1 3,

Guo y Malkin resuelven esta ecuacidn mediante el método de las diferencias finitas y
observan que para que el método sea matemadticamente estable la frecuencia de muestreo
de la sefial experimental de temperatura ha de ser lo mas baja posible. No obstante, debido
a los altos gradientes térmicos presentes en el proceso de rectificado, la utilizacion de
frecuencias de muestreo bajas dificulta la correcta medida de las temperaturas en la pieza.
El segundo método se denomina “método integral”. Para su definicion, se parte de la
ecuacioén de transferencia de energia en régimen estacionario en dos dimensiones. Ademas,
se consideran las propiedades del material como constantes con la temperatura.
aT dq, dq,

. L L A Ec. 40
Pw w5t ox 0z ¢

donde gy y g, son los flujos de calor en las direcciones x y z respectivamente.

Para el caso del rectificado convencional, la conduccién en la direccién x (direccion de
avance de la pieza) puede considerarse despreciable frente a la conduccién en la direccidon
z. Teniendo esta condicidén en cuenta, y operando, la Ec. 40 queda de la siguiente forma:

59T oT

i — L Ec. 41
i axdz k., 3zl,_s c

qz(x,z = O) = Pw " Cw " Vy

donde 6 es distancia a la superficie en la cual se ha medido la distribucién de temperaturas.
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Esta ecuacidon es resuelta, de nuevo, mediante el método de las diferencias finitas. A
diferencia del método anterior, en este caso la ecuacion es explicita por lo que su
resoluciéon serd incondicionalmente estable. Sin embargo, para obtener un resultado
preciso, serd necesario utilizar un nimero elevado de medidas de temperatura que tendran
que tomarse siempre a la misma profundidad. Por ello, este método complica en gran
medida la fase experimental.

El dltimo de los métodos propuestos se denomina “método secuencial”. Este método se
basa en la ecuacion propuesta por Duhamel para obtener la evolucion de la temperatura en
un punto de la pieza a lo largo del tiempo.

b 0T (xy, 2y, t)
T(xy 2y t) = Ty + f G () 5= dA Ec. 42
0

donde x, y z, son las coordenadas del punto y g;,(1) es el flujo de calor entrante en la

pieza.

Los resultados de este método resultan ser menos precisos que los del método integral a la
hora de estimar fuertes gradientes en la distribucidén del calor. Para ilustrar este efecto, la
Fig. 32 muestra los resultados de ambos métodos tras tomar como dato las temperaturas
obtenidas con un modelo en el que se ha considerado una distribucidn triangular del calor.
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k = 0.061 W/mm K {1 100 \ = 0.061 W/mm K
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Fig. 32 Flujo de calor estimado con el método integral y el método secuencial [Guo96al].

En un trabajo posterior, Guo y Malkin [Guo96b] aplican estos tres métodos matematicos
para determinar la distribucién de calor durante el proceso de rectificado convencional. En
este trabajo, la media experimental de temperaturas se realiza mediante termopares
embebidos en la pieza. La Fig. 33 muestra las distribuciones de calor predichas con los tres
métodos.
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Fig. 33 Flujo de calor estimado con los tres métodos inversos a partir de medidas experimentales de
temperatura [Guo96b]

Tal y como se puede ver, los resultados confirman que una distribucidn triangular del calor
podria ser adecuada para modelizar el proceso de rectificado convencional. Ademas, puede
observarse como el método de comparacidon de temperaturas y el método secuencial
proporcionan distribuciones de calor similares, mientras que el método integral presenta
una distribucidn de calor con un valor maximo menor. Este efecto puede deberse a que el
método integral resulta poco preciso si se considera una Unica medida experimental de

temperatura.

Zarudi y Zhang [Zar02] también estudian la forma de la distribuciéon de calor mediante la
comparacion de las temperaturas predichas con un modelo térmico y las medidas de forma
experimental. Sin embargo, la principal novedad de este articulo es que la medida de la
temperatura se realiza en toda la pieza y no en un punto de ésta como en trabajos
anteriores. Asi, los autores presentan un sistema original para la medida de temperaturas
en la pieza mediante la utilizacion de un microscopio acoplado a una cdmara con un sensor
CCD (ver Fig. 34). A continuaciodn, utilizan esta metodologia en ensayos de rectificado plano
en seco y observan que existe una zona en la pieza con una luminosidad mayor. A partir de
este resultado, Zarudi y Zhang proponen que el material presente en esta zona estara
experimentando un cambio de fase metallurgica y plantean que su contorno se

corresponderia con una isoterma.
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Fig. 34 Medicion experimental de la temperatura con microscopio y camara CCD [Zar02]

Por ultimo, estudian qué tipo de distribucién de calor es la mas adecuada. Para ello,
desarrollan un modelo de elementos finitos en dos dimensiones y calculan la temperatura
en toda la superficie de la pieza. A continuacion realizan cuatro simulaciones con
distribuciones de calor triangulares en la que varian la posicion del maximo de la fuente de
calor. Sin embargo, esta comparacion se realiza mediante la superposicién de las isotermas
de forma cualitativa y no se da una medida del error en cada uno de los casos. A pesar de
ello, cabe mencionar que la distribucion en forma de triangulo rectangulo proporciona los
resultados mas proximos a las medidas experimentales (ver Fig. 35).

Medida expenmental de temperatura
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1] n e
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Fig. 35 Comparacion de la temperatura experimental y tedrica con diferentes distribuciones de la
fuente de calor (adaptado de [Zar02]).

Brosse et al. [Bro08] estudian la forma de la distribucidn del calor en la zona de contacto
con una metodologia similar a la de Zarudi y Zhang [Zar02]. En este caso, se compara la
temperatura medida en un area de la pieza con la obtenida mediante un modelo de
elementos finitos. La medicidn experimental de las temperaturas se lleva a cabo mediante
una camara termografica con una resolucién de 26 um/pixel que se mueve solidaria con la
pieza. En este sentido, cabe sefialar, que las camaras termograficas han sufrido un
desarrollo tecnolégico importante en los Ultimos afios y pueden encontrarse en el mercado
equipos con una precision de hasta 15 um/pixel.
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La principal dificultad a la hora de emplear una camara termografica radica en la necesidad
de conocer el valor de la emisividad térmica del material cuya temperatura se quiere
registrar. Por ello, este tipo de equipos es empleado en el estudio del rectificado sin fluido
de corte, sin embargo, ésta es una situacion muy poco comun en la produccién industrial.

Por lo que se refiere a la forma de la fuente de calor, Brosse et al. [Bro08] parten de la
hipdtesis de que ésta debe ser parabdlica. A continuacion, mediante un proceso iterativo,
obtienen la pardbola que minimiza el error medio cuadratico entre las temperaturas
medidas y las calculadas en dicho area. Asi mismo, también realizan el mismo proceso con
una distribucién triangular rectangular. La diferencia en el error minimo cuadrdtico
obtenido con ambas distribuciones es de 12C por lo que los autores concluyen que ambas
distribuciones podrian ser adecuadas.

Por ultimo, cabe indicar, que existen algunos aspectos cuenta que pueden introducir
errores en la metodologia planteada. Por un lado, los valores de la emisividad del material
se obtienen de valores en bibliografia. Por otro lado, el modelo no considera el efecto de la
conduccidn de calor hacia los laterales de la pieza.

IR
camera

Experimental map Simulated map

Fig. 36 Disposicion experimental y comparacion de las temperaturas experimentales y tedricas
(adaptado de [Bro08]).

Schneider [Sch99] presenta una nueva metodologia para estudiar la forma de la distribucidn
del calor en la zona de contacto. El autor propone que la distribucién del flujo de calor
generado en la zona de contacto puede estimarse teniendo en cuenta la evolucion de la
fuerza tangencial en la entrada de la muela a partir de la siguiente expresion:

Vg x

= . E (x)dx Ec. 43
bs - (x; — Xi_1) ‘ ;

Xi-1

qe

donde E;(x) es la pendiente de la evolucién de la fuerza tangencial a lo largo de la longitud
de contacto (Ec. 44).
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dF,
E(x) = % Ec. 44

Con el objetivo de estudiar la evolucidn de la fuerza tangencial, el autor realiza ensayos de
rectificado plano en los que la pieza se encuentra dividida en dos partes. La mitad situada
en la entrada de la muela se encuentra fija, mientras que la segunda mitad se encuentra
apoyada sobre un dinamdmetro. El autor observa que la fuerza tangencial aumenta hasta
que la muela ha entrado en la segunda pieza una distancia aproximadamente igual a la
longitud de la zona de contacto. A partir de este momento, el valor de la fuerza tangencial
se mantiene aproximadamente constante. Partiendo de las medidas de fuerza tangencial y
de la aplicacidon de la Ec. 43, Schneider propone que la distribucion de calor mas adecuada
seria una distribucion trapezoidal cuyo maximo estaria situado a un tercio del punto de
entrada de la muela.
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Fig. 37 Medicion de la evolucion de la fuerza tangencial en la zona de contacto [Sch99].

I1.3.2.3. Modelizacién del proceso de rectificado convencional
Entre los primeros trabajos que modelizan el proceso de rectificado convencional se

encuentra el llevado a cabo por Hahn [Hah62]. A pesar de que este trabajo tiene como
objetivo estudiar la temperatura el contacto de cada grano, resulta de especial interés ya
que es el primero en el que se cuantifica la fraccién de calor evacuada hacia la pieza. No
obstante, se ha de tener en cuenta que el autor analiza el proceso en seco, por lo que los
resultados no serdn aplicables si durante el rectificado se utiliza fluido de corte.

En su estudio, Hahn platea que el rozamiento en el contacto entre el grano y la pieza es el
principal mecanismo de generacién de calor. De esta forma, estima la temperatura en la
pieza considerando el calor generado en el proceso como una fuente de calor que recorre la
superficie de la pieza. En este caso, la anchura de la fuente de calor posee un valor igual al
radio promedio de los granos de la muela. A continuacién calcula analiticamente la
temperatura en el grano e igualando ésta a la temperatura de la pieza obtiene que la
fraccién de calor evacuada hacia la pieza (Ry,) puede ser estimada a partir de la Ec. 45.
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0,97 - ki

=(1+—"
vV kwpwcp,wx/ ToVUs

donde k;, es la conductividad térmica de los granos abrasivos, k,, es la conductividad térmica

R, Ec. 45

del material de la pieza, p,, es la densidad del material de la pieza, ¢, es el calor especifico
del material de la pieza y rges el radio promedio de los granos en el contacto.

Cabe mencionar que en su analisis, Hahn plantea la hipdtesis de que el calor evacuado hacia
la viruta puede considerarse despreciable. Como se vera posteriormente, esta hipotesis
puede considerarse valida para el proceso de rectificado convencional, pero no lo sera en el
caso de los procesos de rectificado con alta profundidad de pasada.

Por su parte, Des Ruisseaux y Zerkle [Des70a] presentan otro de los estudios a destacar
entre los primeros intentos de modelizacidn del proceso de rectificado convencional. En
este trabajo, los autores proponen por primera vez que la temperatura alcanzada por el
material de la pieza que no va a ser eliminado es la verdaderamente importante de cara a

predecir el dafio térmico en la pieza.

Tras realizar un analisis del tiempo en el que permanecen en contacto grano y pieza,
concluyen que se puede considerar que la pieza se encuentra continuamente en contacto
con granos de abrasivo. Asi, plantean que, para la prediccién del dafio térmico en la pieza,
la accion de la muela se puede modelizar como una fuente de calor distribuida en toda la
zona de contacto y utilizan la expresion analitica propuesta por Jaeger [Jae42] (Ec. 38) para
calcular la temperatura en la pieza.

No obstante, los autores sefialan que el proceso de desgaste de los granos de la muela se ve
afectado por la temperatura alcanzada por estos y por ello deciden predecir también su
temperatura. En este caso, la temperatura a nivel de grano se obtiene utilizando el trabajo
de Lemon [Lem68].

Los resultados muestran que las temperaturas en la superficie de la pieza rectificada no
tienen por qué ser tan altas como las alcanzadas en el contacto de cada grano. A pesar de
que en este trabajo no se presentan medidas experimentales de temperatura que
confirmen estos resultados, este fendmeno es observado por otros autores en trabajos
posteriores [Mal08].

Los mismos Des Ruisseaux y Zerkle [Des70b] presentan un nuevo trabajo cuya principal
aportacidén es que se incluye, por primera vez, el efecto del calor evacuado por el fluido de
corte.
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Tal y como se presenta en el esquema de la Fig. 38, la influencia del fluido de corte es
considerada como una condicién de contorno de conveccion sobre toda la superficie de la
pieza. Asi, partiendo de la expresion analitica propuesta por Jaeger (Ec. 38), proponen la
siguiente expresion para el calculo de las temperaturas en la superficie en régimen

estacionario:

)|

X+L
2 -a,-q,
T(x,z) = ————% w J- e ™ Ky [(Z2 + m®)%ldm — - H - efZ
m-ky v,
X-L
-fmr-eHZ'Tz-erfc(i+H-‘r)
0 2T
[ (X+L+> <X—L+
erf o T)—erf o T
donde:
Uy X
X =
2-a,
vy Z
7 =
2-a,
szw'lc
2-a,
_2-ay-h
T oky vy

donde h es coeficiente de conveccion asociado al efecto del refrigerante.
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Tras la definiciéon del modelo, se analiza la influencia del nimero adimensional H asociado
con el coeficiente de conveccion. Asi, observan que para valores de H préximos a 1, la
temperatura en la superficie puede verse reducida en un 50%. Sin embargo, no se comenta
el rango de valores entre los que se encuentra este parametro en rectificado convencional.

Cabe seialar que, en trabajos posteriores, se ha observado que las temperaturas en la zona
de contacto son superiores a la temperatura de ebullicion de la taladrina
(aproximadamente igual a la del agua). Por ello, no seria adecuado aplicar la condicién de
contorno de conveccion dentro de la zona de contacto. Asi mismo, se echa en falta una
validacion experimental del modelo.

Tal y como se puede observar en la expresion propuesta por Hahn [Hah62] (Ec. 45) la
fraccién de calor evacuada hacia la pieza R, dependerad tanto de las condiciones de
rectificado como de las propiedades térmicas de la muela y de la pieza. En este sentido,
Kohli et al. [Koh95] presentan un trabajo cuyo objetivo es estimar el valor de la fraccién de
calor evacuada hacia la pieza R,, en diferentes condiciones de trabajo.

Los autores, en primer lugar, llevan a cabo ensayos experimentales con distintas
combinaciones de materiales y muelas en los que se registra la temperatura en un punto de
la pieza mediante un termopar. A continuacidn, se desarrolla un modelo analitico muy
similar al presentado por Des Ruisseaux y Zerkle [Des70a] y el valor de R,, es estimado
variando éste de forma iterativa y comparando la temperatura medida experimentalmente
con la tedrica. No obstante, cabe mencionar que, en este caso, no se considera el efecto del
fluido de corte en la zona de contacto.

Los resultados muestran que el valor de R,, se encuentra entre 0,6 y 0,75 para el caso del
rectificado de aceros templados con muela de alimina. Sin embargo, ha de tenerse en
cuenta que estos valores pueden haber sido subestimados debido a que los termopares no
poseen un tiempo de respuesta lo suficientemente rapido como para medir los elevados
gradientes de temperatura que se pueden producir en el rectificado (hasta 10° oC/s segun
[Bri97]).

Los modelos presentados hasta el momento proponen una expresion analitica para el
calculo de la temperatura en la pieza. Sin embargo, a partir de la aparicién de ordenadores
mas potentes en la década de los 80, muchos autores han optado por utilizar métodos
numéricos para modelizar térmicamente el proceso de rectificado. Estos métodos se basan
en resolver la ecuacidn diferencial de transferencia de calor mediante una discretizacién de
la pieza junto con la consideracidn de las condiciones de contorno adecuadas.

Biermann y Schneider [Bie97] presentan uno de los primeros trabajos en los que el
rectificado plano es modelizado mediante el método de los elementos finitos. En concreto,
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este trabajo tiene como objetivo analizar evolucion de la temperatura en el rectificado de
metal duro con muelas diamante.

Al igual que en trabajos anteriores, el efecto de la muela es simulado como una fuente de
calor que recorre la superficie de la pieza. Ademas, los autores consideran que el calor se
distribuye de manera uniforme en toda la zona de contacto, aunque no explican el porqué
de esta eleccion.

A continuacion, al igual que en el trabajo de Kohli et al. [Koh95], el valor de R, es obtenido
mediante un ajuste iterativo comparando las temperaturas predichas con el modelo con
medidas experimentales. Asi, los autores estiman que el valor de R,, se encontrard en torno
a 0,27 para el rectificado de metal duro con muela de alimina. No obstante, se ha de tener
en cuenta que este valor es obtenido a partir de un Unico ensayo por lo que serian
necesarios mas ensayos para conocer la precision de este resultado.

Ademas, en las temperaturas experimentales obtenidas en dicho ensayo, se observan unos
gradientes de temperatura de aproximadamente 45002C/s durante el calentamiento. Este
valor es un orden de magnitud inferior al observado por Guo y Malkin [Guo96b] en ensayos
realizados con condiciones menos agresivas lo que indica que las temperaturas pueden no
haber sido correctamente medidas.

A pesar de ello, el trabajo de Biermann y Schneider resulta de especial interés ya que es el
primero en el que se estudian los efectos transitorios en la entrada y la salida de la muela.
Los autores observan que la temperatura en la entrada de la pieza es menor y lo asocian a
una conduccidon mayor del calor hacia la pieza en esta zona. En la salida, sin embargo, la
temperatura es mayor debido a que existe una acumulacion de calor.

Wang et al. [Wan03] presentan un modelo del proceso de rectificado plano convencional
con un enfoque similar al de Biermann y Schneider [Bie97]. Asi, la distribucidn de la fuente
de calor es considerada como uniforme y su valor se define a partir de la potencia de corte
y el valor de R,. A diferencia de los trabajos anteriores, este ultimo pardmetro no es
calibrado para el caso estudiado, sino que se considera directamente un valor de 0,21 sin
indicar su procedencia.

A continuacion, se lleva a cabo un ensayo experimental en el que la temperatura en la pieza
es medida mediante termopares. Para el caso estudiado, las temperaturas maxima
predichas con el modelo resulta ser un 15% superior a las medida experimentalmente. El
origen de este error puede encontrarse en tanto en la consideracion de un valor de R,
inadecuado como en los errores inherentes a metodologia de medicion de temperaturas
empleada. A pesar de ello, la principal aportacion de este trabajo es la modelizacién de la
geometria completa de la pieza en tres dimensiones. Ademas, se ahonda en la necesidad de
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representar el efecto de la conveccién hacia en fluido refrigerante en el rectificado con
taladrina.

Mamalis et al. [MamO03] presentan un trabajo cuyo principal objetivo es estudiar la
influencia del aglomerante de la muela en la temperatura de la pieza. Para ello, realizan un
modelo de elementos finitos muy similar al de Wang [Wan03] y Biermann [Bie97], aunque
en este caso la pieza se modeliza en dos dimensiones. La principal diferencia con los dos
trabajos anteriores, se encuentra en la cuantificaciéon de R,,.

Los autores se basan en el trabajo desarrollado previamente por Malkin y Anderson [Mal74]
para estimar el valor de R,, en el que se plantea que tanto la energia calorifica generada por
rozamiento ey, como la consumida durante la etapa de ploughing se transmiten
integramente hacia la pieza e,. En cuanto a la energia consumida en la etapa de corte e,
utilizando métodos calorimétricos estiman que aproximadamente un 55% de esta energia
es evacuada hacia la pieza. De esta forma, proponen que el valor de R,, puede ser estimado
a partirde la Ec. 51.

€51 + epl + 0,55 *€ch e, — 0,45 *€ch

R
v ec e.

Ec. 51

A partir la Ec. 51 y de los datos de energia especifica registrados en los ensayos
experimentales, Mamalis et al. obtienen valores de R,, comprendidos entre 0,85y 0,91.

La Fig. 39 muestra las distribuciones de temperatura obtenidas con el modelo para los
diferentes casos estudiados. Tal y como se puede observar, existen saltos en la temperatura
que se repiten de forma periddica. Este efecto puede estar relacionado con una
discretizacion demasiado grosera del movimiento de avance de la fuente de calor. En el
caso de seleccionar un tamafio de paso excesivamente elevado, la fuente de calor estara
mas tiempo sobre una zona determinada de la pieza y, como consecuencia, la temperatura
mdxima en la pieza sera sobreestimada. Por ultimo cabe sefialar que los resultados de este
trabajo son puramente tedricos y se echa en falta una validacion experimental del modelo.
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Fig. 39 Distribucion de temperaturas en la superficie de la pieza predicha por Mamalis et al. [MamO03].

Lefebvre et al. [Lef06] presentan un trabajo cuya principal aportacion es la estimacion del
error cometido en la medida de temperaturas mediante termopares rectificables. Para ello,
realizan un modelo del proceso mediante elementos finitos en el que se incluye el efecto
del termopar. La construccién de un termopar rectificable requiere que la pieza se divida en
dos mitades. A continuacion se dispone entre ellas una ldmina de constatan aislada entre
dos de mica, tal y como se muestra en la Fig. 40.

N

Aislante (mica)

Polo del termopar (constatan)

Fig. 40 Disposicion de los elementos en un termopar rectificable de polo simple.

Al igual que en trabajos anteriores, los autores simulan el efecto de la muela como una
fuente de calor que recorre la superficie de la pieza. Basandose en los resultados del trabajo
de Kohli et al. [Koh95], consideran una fuente de calor de distribucion triangular
rectangular. Sin embargo, debido a que el calor especifico de la mica es muy pequefio
comparado con el constatan y el acero, no se aplica calor a las ldminas de mica.
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En la Fig. 41 se muestra la evolucién de la temperatura para distintos puntos de la
superficie de la pieza. Tal y como se puede observar, tras la entrada de la muela, se alcanza
un estado estacionario que se ve modificado a la llegada al termopar. Debido a este efecto,
los autores estiman que los errores cometidos en la medicién de la temperatura maxima
alcanzada pueden llegar a ser del 30%. Sin embargo, la zona de enfriamiento si es
reproducida con una mayor fiabilidad. Por ello, proponen que la calibracion de R,, puede ser
realizada comparando la zona de enfriamiento predicha con el modelo y la medida
experimentalmente.

X =-6,82 mm =e=x = -4,5mm ~#=x=-2,58 mm ==x = -0,66 mm
3501 X =-0,34 mm == = () mm ~—x= 0,34mm =—+=x= 0,66mm
X = 4,5mm _——x= 6,42 mm
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50+
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]
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Fig. 41 Evolucion de la temperatura en diferentes puntos de la superficie [Lef06].

Esta metodologia es utilizada por Lefebvre et al. [Lef12] en un trabajo posterior para
estudiar el rectificado de acero AISI 1045 con muela de alimina. A partir de las medidas de
temperatura experimentales, la calibracion del modelo resulta en valores de R,
comprendidos entre 0,59 y 0,83. No obstante, debido a que el rango de valores obtenidos
para este parametro es muy amplio, la estimacidon de las temperaturas en la pieza
presentara grandes errores.

Por ultimo, cabe mencionar que la metodologia propuesta por Lefebvre et al. [Lef06, Lef12]
Unicamente es valida si el proceso se lleva a cabo sin fluido de corte. De lo contrario, el
calor evacuado por conveccion a la salida de la muela afectaria a la zona de enfriamiento y
su efecto tendria que ser considerado.

Mohamed et al. [Moh11] presentan un trabajo en el que se estudia la influencia de la
topografia de la muela en el valor de R,,. Para estudiar este efecto, los autores llevan a cabo
ensayos experimentales en los que se varia la velocidad de avance en el diamantado previo
a la operacién de rectificado y registran la temperatura en la pieza mediante una camara
termografica. A continuacion, el valor de R,, es determinado comparando las medidas
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experimentales de temperatura con los resultados de un modelo tedrico. El modelo
presentado en este trabajo es analogo al de Biermann y Mamalis [Bier97, Mam03], con la
diferencia de que se considera una distribucién triangular de la fuente de calor. Asi, los
autores determinan que R,, se encuentra comprendido entre 0,55 y 0,77 disminuyendo su
valor a medida que se utilizan muelas mas abiertas. Cabe sefialar, que la resolucion de la
camara utilizada es de 0,25 mm/pixel, siendo ésta insuficiente para detectar las fuertes
variaciones de temperatura que se producen en el proceso de rectificado.

Los trabajos revisados coinciden en que para el proceso de rectificado convencional puede
considerarse despreciable el efecto del calor evacuado por la viruta. Asi mismo, plantean la
hipdtesis de que no es necesario considerar la forma real de la zona de contacto y, por ello,
aplican la fuente de calor sobre la superficie horizontal de la pieza acabada.

No obstante, Mamalis et al. [MamO03] plantean que la cantidad de calor evacuada por la
viruta no podra despreciarse en los procesos con alta profundidad de pasada.

En este sentido, Anderson et al. [And08] llevan a cabo un trabajo con el objetivo de estimar
el valor de la profundidad de pasada a partir del cual sera necesario tener en cuenta el calor
evacuado por la viruta. Para ello, en primer lugar, desarrollan dos modelos térmicos cuya
Unica diferencia es que uno considera el calor evacuado por la viruta, mientras que en el
otro se desprecia este efecto. Ademas, la fraccion de calor evacuada hacia la pieza es
estimada, al igual que Mamalis et al [MamO03], empleando la Ec. 51.

Seguidamente, llevan a cabo ensayos de rectificado en seco variando la profundidad de
pasada entre 0,075 mm y 0,5 mm vy, durante los ensayos, registran la temperatura
empleando una camara termografica. Finalmente, observan que el modelo en el que no se
considera el calor evacuado por la viruta proporciona resultados mas precisos en los casos
en los que la profundidad de pasada se encuentra por debajo de 0,2 mm. A partir de este
valor, sin embargo, el modelo que considera este efecto presenta errores menores (Fig. 42).

Por consiguiente, puede concluirse que en la modelizacién del rectificado convencional (en
el que la profundidad de pasada es habitualmente inferior a 0,1) no sera necesario tener en
cuenta el calor evacuado por la viruta. No obstante, para procesos con profundidades de
pasada mayores, el calor evacuado por esta via ha de ser considerado.
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Fig. 42 Efecto de la consideracion del calor evacuado por la viruta en la precision de las temperaturas
estimadas (adaptado de [And08]).

I1.3.2.3.1. La problematica de la seleccidén de la fraccidén de calor evacuada hacia la

pieza
A partir de los trabajos revisados, puede concluirse que la principal dificultad a la hora de

modelizar el proceso de rectificado convencional reside en la estimacion del valor de la
fraccién de calor evacuada hacia la pieza (Ry). Por un lado, los métodos actuales de
medicién de temperatura (como los termopares y las cdmaras termograficas) no permiten
registrar la evolucion de ésta durante el proceso de rectificado con precision. Este hecho
hace que no se pueda estimar el valor de R, con precisién. Por ejemplo, Lefebvre et al.
[Lef12] estiman que el error cometido al estimar R,, empleando termopares rectificables se
encuentra en torno a 0,14 para las condiciones de rectificado analizadas.

Ademas, el valor R, depende tanto de las condiciones de rectificado, como de las
propiedades térmicas del material y de la muela. En la Tabla 2 se presenta un resumen de
los valores de R,, obtenidos en cada uno de los trabajos revisados, asi como los materiales y
condiciones de rectificado utilizadas. Tal y como se puede observar, se han propuesto
valores de la fraccién de calor evacuada hacia la pieza comprendidos entre 0,49 y 0,91.
Debido a que el rango de valores propuestos para este parametro es tan amplio, resulta
muy complicado seleccionar un valor concreto que permita predecir la distribucién de
temperaturas con una precision adecuada.
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Trabajo Material Fh:fr:ede (r:ren) (m‘rI: /s) (n‘:;s) Ru
Kohli et al. 1995 AlISI 1020 Si 0,025 135-155 30 0,60-0,75
Mamalis et al. 2003 100Cr6 Si 0,02;0,05 133 28 0,85;0,91
Mohamed et al. 2011 AlISI 1018 No 0,076 38 23 0,55-0,77
Lefebvre et al. 2012 (a) | AISI 1045 No 0,011 105 23,5 | 0,55-0,83
Lefebvre et al. 2012 (b) | AISI 1045 No 0,009 140 23,5 | 0,57-0,77
Lefebvre et al. 2012 (c) | AISI 1045 No 0,006 270 23,5 | 0,49-0,77

Tabla 2 Valores de la fraccion de calor evacuada hacia la pieza y la viruta para rectificado
convencional con muelas de alimina.

I1.3.2.4. Modelizacion de procesos de rectificado con alta profundidad de

pasada
El primer trabajo en el que se modeliza un proceso de rectificado con alta profundidad de

pasada es el presentado por Qishiy Furukawa [Ohi85]. En concreto, este trabajo tiene como
objetivo predecir la aparicidn de dafio térmico en el proceso de rectificado creep-feed.

La principal aportacién de este trabajo es que, por primera vez, se plantea que la
modelizacion de los procesos de rectificado con alta profundidad de pasada requerira de la
consideracién de dos aspectos: la geometria de la zona de contacto y el calor evacuado por
la viruta.

Asi, los autores desarrollan un modelo térmico de elementos finitos en tres dimensiones en
el que la geometria de la zona de contacto es representada como un arco de circunferencia.
Ademas, al igual que en el caso del rectificado convencional, el calor generado durante el
rectificado es simulado como una fuente de calor en movimiento aplicada sobre la zona de
contacto. Cabe sefialar, que posteriores trabajos concluiran que la geometria de la zona de
contacto puede representarse de una forma mas sencilla.

En lo que se refiere a la longitud de la zona de contacto, los autores plantean la hipdtesis de
que el valor real de la longitud de contacto serd aproximadamente un 10% superior al valor
geométrico y, por ello, consideran el valor geométrico en sus simulaciones. Cabe sefialar,
que si bien los autores no justifican esta hipdtesis, posteriormente Rowe y Qi [Row93]
concluiran que los errores cometidos al considerar el valor geométrico de la longitud de
contacto son menores al 10% si se modelizan procesos de rectificado con alta profundidad
de pasada.

En cuanto al calor evacuado por la viruta, este efecto es simulado desactivando los
elementos asociados con el material eliminado a medida que la fuente de calor avanza. Esta
es, sin duda, una de las principales aportaciones de este trabajo.
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Finalmente, se plantea que en la definicion de la fuente de calor se debe considerar la suma
de la fraccion de calor evacuada hacia la pieza Ry, y la fraccién de calor evacuada hacia la
viruta R,. En adelante, la fraccion de calor evacuada hacia el conjunto de la pieza y la viruta
serd denotado como Ry, cp.

No obstante, cabe sefialar, que la metodologia utilizada para la calibracion del valor de R, ¢,
no es correcta ya que no se emplea el modelo desarrollado, sino uno modelo analitico en el
que no se tiene en cuenta el efecto de la profundidad de pasada.

Hoffmeister y Weber [Hof99] presentan un modelo muy similar al de Ohisi y Furukawa para
estudiar el proceso de High Eficiency Deep Grinding (HEDG). Al igual que en el trabajo
anterior, el calor evacuado por la viruta es considerado mediante la desactivacién de los
elementos asociados con el volumen de material eliminado. Asi mismo, la zona de contacto
también es representada como un arco de circunferencia. Un esquema del modelo puede
observarse en la Fig. 43.

cooling
heat source

cooling

contact bows grinding direction © WHF 33845.02

Fig. 43 Esquema del modelo térmico para HEDG propuesto por Hoffmeister y Weber [Hof99]

Los autores proponen calibrar el modelo mediante el ajuste del valor de R, . Para
determinar el valor de este parametro, se comparan las temperaturas medidas durante
ensayos experimentales con las predichas con el modelo tedrico. No obstante, cabe
mencionar que durante los ensayos, las temperaturas se miden con una camara que
Unicamente es capaz de registrar temperaturas inferiores a los 2002C. Ademas, su
resolucion es de 0,4 mm/pixel. Por ello, resulta inadecuada para registrar con precision las
elevadas temperaturas y gradientes térmicos presentes en el proceso.

A pesar de las carencias de la metodologia propuesta, los autores estiman que el valor de
Rw,ch S€ encuentra en torno a 0,65 para el rectificado de acero 16MnCr5 y en torno a 0,35
para el rectificado de Inconel 718. Cabe sefialar que el menor valor obtenido en el caso del
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Inconel puede deberse a que este material posee una menor conductividad térmica que el
acero.

Por su parte, Rowe [Row01] presenta un trabajo en el que se desarrolla, en primer lugar, un
modelo del proceso de rectificado convencional y, a continuacidn, se introduce una
modificacion en éste para tener en cuenta el efecto de la geometria de la zona de contacto.

Para la definicién del modelo de rectificado convencional, se parte del balance térmico del
proceso expresado por la Ec. 36. Tal y como se ha descrito anteriormente, esta ecuacion
indica que el calor generado en la zona de contacto ha de ser igual a la suma de los flujos de
calor evacuados a través de la muela, la pieza, la viruta y el fluido refrigerante. Rowe
plantea que estos cuatro flujos de calor pueden expresarse como el producto de un
coeficiente (h;) multiplicado por una temperatura (ver Ec. 52).

QtZQS+QW+QCh+qfth'Tmax+hw'Tmax+hch'Tmp

Ec. 52
+ hf ' TmaxleaxsTb

donde T, es la temperatura maxima de contacto, Tr,, es la temperatura de fusion del
material y Ty, es la temperatura de ebullicidn del fluido de corte.

A continuacion, el autor propone una forma para determinar el valor de cada uno de los
cuatro coeficientes h;. El coeficiente h,, se obtiene calculando el valor de la temperatura
maxima a partir de la expresidon propuesta por Jaeger [Jae42] (Ec. 38) y considerando el
flujo de calor como unidimensional.

D'Qw lc \/kw'pw'cpw Vw
T = W | ELL,p =NV W PW W
max ,kW . pw . prw UW w D lC

En esta expresiéon, D es un parametro que tendrd que ser ajustado en funcién de tres

Ec. 53

factores: la consideracién del flujo de calor unidimiensional o bidimensional, el valor del
nimero adimensional de Peclet y la geometria de la zona de contacto. Para el proceso de
rectificado, el nUmero adimensional de Peclet se define de la siguiente forma:
Pe = Dy - lc

4-a,
Posteriormente, partiendo del trabajo de Hahn [Hah62], se determina la relacidn entre el

Ec. 54

coeficiente asociado al calor evacuado por la muela h, y el asociado al calor evacuado por la
pieza h,,.
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En cuanto al coeficiente asociado al calor evacuado por la viruta hg, se toma la hipdtesis de
Malkin [Mal74a]. Este afirma que la energia especifica evacuada por las virutas serd
constante y estara préxima a la energia de fusion de las virutas.

€ch = Pw " Cpw " Tmp Ec. 56

De esta forma, el flujo de calor total evacuado por el caudal del material eliminado podra
obtenerse a partir de la siguiente expresion:

. Ae " Uy Ae * Uy
Qch = €cn - I =Pw Cpw - Tmp ' I Ec. 57
c c

Teniendo en cuenta que el coeficiente asociado al calor evacuado por las virutas ha sido
definido como h¢, = qcp /Ty, su valor se determinara de la siguiente forma:

e * Dy
hch =Pw Cpw" I Ec. 58
c

El Unico coeficiente que resta por determinar es el asociado a la conveccién hacia el fluido
de corte. Rowe comenta que éste es el coeficiente mas dificil de obtener, y afirma que
seran necesarios mas ensayos para determinar su valor con precision. Como una
aproximacion, y tomando como temperatura de referencia la media en la superficie, se
asume un valor de 10000 W/m-K. Asi mismo, el autor plantea que la temperatura media es
aproximadamente dos tercios de la temperatura maxima. Por ello, utilizara un valor del
coeficiente de 6700 W/m-K y la temperatura méaxima para sus calculos. En el caso de que el
fluido de corte alcance el estado de ebullicion en la zona de contacto (estado de film
boiling), este coeficiente sera nulo.

A partir de la Ec. 52, y teniendo en cuenta el valor de cada uno de estos cuatro coeficientes
(h;), se obtiene una expresion sencilla para estimar la temperatura maxima en la pieza.

Qt - hch ' Tmp
Thax = h
w
Ry + hy

Sin embargo, el calculo del coeficiente h,, requiere de la determinacién del parametro D.
Para estimar el valor de este parametro Rowe plantea el calculo de la temperatura en la
pieza teniendo en cuenta la expresion analitica propuesta por Jaeger [Jae42] para el caso de
flujo de calor bidimensional.
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Ademas, el autor incorpora la hipdtesis de que la zona de contacto circular puede ser
aproximada por un segmento inclinado que coincide con la cuerda (ver Fig. 44). Esta misma
hipdtesis ha sido considerada también en numeros trabajos posteriores que han
modelizado procesos de rectificado con alta profundidad de pasada y que seran descritos
mas adelante [Jin04, And08, Koll11, F6c12, Foc13]. Sin embargo, no se cuantifica el error
cometido al realizar esta simplificacion.

d,/2

Factor D
Angulo 8

200
300
400

0 1 t
0,1 1 10 100
Numero de Peclet

Fig. 44 Esquema del modelo analitico propuesto por Rowe y valores del pardmetro D en funcion del
numero de Peclet y del angulo de contacto [Row01]

Considerando el flujo de calor evacuado hacia la pieza se encuentra aplicado sobre el
segmento inclinado AB, la ecuacion propuesta por Jaeger para el cdlculo de la temperatura
en la superficie (Ec. 60) quedard de la siguiente forma:
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Rowe resuelve esta ecuacidn para diferentes combinaciones de la longitud de contacto, la
velocidad de avance y la profundidad de pasada y propone el grafico presentado en la Fig.
44 para determinar el valor de D en cada caso. Se echa de menos una validacion
experimental del modelo que permita determinar su precisién.

Jin et al. [Jin02], presentan un modelo térmico del proceso de rectificado HEDG. La principal
aportacidn de este trabajo es que se estudia el error cometido al considerar la geometria de
la zona de contacto como un segmento inclinado en vez de como un arco de circunferencia.
Para ello, en primer lugar, se obtiene la expresion para el calculo de la temperatura para el
caso de la zona de contacto en forma de segmento inclinado. Partiendo de la expresién
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propuesta por Jaeger para el caso de flujo de calor bidimensional [Jae42], se llega a la
misma ecuacién presentada anteriormente por Rowe [Row01] (Ec. 60). A continuacion,
siguiendo el mismo procedimiento, se obtiene la siguiente ecuacidn para el calculo de la
temperatura en la superficie de la pieza en el caso de una zona de contacto con forma de
arco de circunferencia.

le ’ ’ 1

Gy )velel)v: Yo, - [(-x')? + (2 - 2')°)

- Tk, ¢ " Ko
w

dx'  Ec. 61
2-a,

—lc

Los autores calculan la temperatura maxima para diferentes valores del numero
adimensional de Peclet y del dngulo de la zona de contacto (angulo 6 en la Fig. 44). En la Fig.
45, se muestran los resultados obtenidos al considerar los dos tipos de geometrias de la
zona de contacto.

S 50| Triangular heat source - 0°
o . Circular model "
2 40 Inclined model - go
E - Tt
2 30 ' T
2 o ----10°
% 20+
L | A °
2 10 20
g 0‘.' Peclet number L

0 50 100 150 200

Fig. 45 Temperatura mdxima en funcioén del nimero de Peclet y del dngulo de contacto [Jin02].

Tal y como se puede observar, la diferencia entre las temperaturas predichas con ambas
geometrias de la zona de contacto son siempre inferiores al 5%. Por ello, puede concluirse
que la hipotesis planteada por Rowe [Row01] es correcta. Ademas, cabe mencionar que en
rectificado creep feed (donde el nimero de Peclet para aceros es inferior a 5), el efecto del
angulo de la zona de contacto es despreciable y la fuente de calor podra situarse sobre un
plano horizontal. No obstante, en rectificado HEDG (donde el nimero de Peclet para aceros
es superior a 100), el error cometido es mayor a medida que el angulo de la zona de
contacto aumenta.

A continuacién, los autores llevan a cabo pruebas experimentales de rectificado HEDG con
el objetivo de cuantificar el valor de R, . Al igual que en trabajos anteriores, este
parametro es determinado comparando la temperatura predicha en un punto de la pieza
con la medida experimentalmente mediante un termopar. Los resultados muestran que en
aquellos ensayos en los que se ha producido una ebullicion del fluido de corte el valor de
Rw,ch S€ sitla entre 0,1y 0,2, mientras que en el resto se encuentra entre 0,4y 0,8.
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IL.4. TRATAMIENTOS TERMICOS DE ENDURECIMIENTO
SUPERFICIAL

En la industria, existen elementos de maquinas como, por ejemplo las levas o los
engranajes, que requieren una elevada resistencia al desgate y al impacto. Asi, durante su
fabricacidn, son sometidos a tratamientos que permiten aumentar la dureza de la superficie
a la vez que se mantiene la tenacidad del material situado en el nucleo de la pieza.

En el caso de los aceros, el endurecimiento superficial del material puede lograrse mediante
un calentamiento de la superficie seguido de un rapido enfriamiento de ésta. Durante este
proceso, conocido como “temple”, las fases metallrgicas presentes en la microestructura
inicial del material se trasforman en otras de mayor dureza. En el apartado 1.4.1., se
abordaran los conceptos fundamentales para comprender como se produce este cambio en
la estructura del material.

Tal y como se ha descrito previamente, el grind-hardening es una nueva técnica que
propone aprovechar el calor generado durante el rectificado para llevar a cabo esta tarea.
No obstante, a nivel industrial, existen otras alternativas que permiten endurecer la pieza
mediante un aporte de calor y que seran descritas en el apartado 11.4.2..

En este sentido, una de las principales desventajas de estos procesos es que no es posible
medir la profundidad de la capa endurecida sin seccionar la pieza. Asi, con el propdsito de
poder mejorar el control de calidad, se han desarrollado una serie técnicas alternativas que
permiten obtener una estimacion de la profundidad endurecida de forma no destructiva.
Estas seran descritas en el apartado 11.4.3..

Por otra parte, con el objetivo de optimizar la puesta a punto de los tratamientos térmicos
de endurecimiento superficial, se han desarrollado modelos metallrgicos que permiten
predecir la dureza final del material a partir del conocimiento de la evolucién temperatura
de la pieza. Los modelos mas empleados seran descritos en el apartado 11.4.4..

Una vez finalizado el tratamiento térmico, el acabado superficial y la precision dimensional
de la pieza pueden ser insuficientes y, por ello, ésta es sometida habitualmente a una
operacion de rectificado final. Sin embargo, durante el rectificado, el aumento de la
temperatura puede provocar un nuevo cambio en la microestructura del material que
disminuya la dureza del mismo. Este fendmeno, denominado “revenido”, deberd ser
evitado ya que reducira la resistencia al desgaste de la pieza.

Como se verd posteriormente, tras el grind-hardening, serd necesario acabar la pieza
mediante una ultima operacién de rectificado en la que habrd que controlar la caida de
dureza provocada por el revenido. Partiendo de esta consideracién, en el apartado 11.4.5.,
se hara una revisidn de las metodologias existentes para estimar la dureza final de la pieza
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tras el revenido. Ademads, se presentardn los trabajos que han centrado en el estudio del
revenido durante el rectificado.

I1.4.1. La evolucion de la microestructura del material durante los
procesos de temple superficial

Tal y como se ha descrito previamente, los aceros pueden ser endurecidos elevando su
temperatura y enfriando rapidamente el material (proceso conocido como temple).
Durante el calentamiento, las fases metalurgicas presentes en la estructura del material son
transformadas en austenita y, tras el enfriamiento, ésta se transforma en martensita. Esta
fase metalurgica se caracteriza por presentar una dureza elevada a temperatura ambiente
(de hasta 65 HRC).

En el caso en el que Unicamente se dese conseguir un endurecimiento superficial, la pieza
es calentada mediante radiacidn o induccién mediante las tecnologias que se describirdn en
el siguiente apartado. No obstante, una caracteristica comun a los tratamientos térmicos de
endurecimiento superficial es que los gradientes térmicos durante la fase de calentamiento
son muy elevados (en torno a 10°2C/s en el caso del temple por induccion o el temple laser
[Hos00]).

Asi mismo, tras alcanzarse la temperatura maxima en el material, el efecto de la conduccién
hacia el nucleo de la pieza (que se encuentra a una temperatura inferior) disminuira
rapidamente la temperatura en la superficie. Tras este proceso, las fases presentes en la
microestructura metallrgica dependeran tanto de las condiciones en las que se haya
producido la austenizacion como de las condiciones de enfriamiento. Asi, a continuacién se
describiran ambas etapas con mayor detalle.

I1.4.1.1. El proceso de austenizacién a velocidades de calentamiento
elevadas
El proceso de austenizacion dependerd de las fases metallrgicas presentes en la

microstructura inicial del material. No obstante, el temple superficial se lleva a cabo
habitualmente en aceros con estructura inicial compuesta por ferrita y perlita. A modo de
ejemplo, se describira el proceso de austenizacidn del acero hypoeutectoide AlSI 1045.

La transformacion austenitica es un proceso activado por difusion en el que los atomos de
carbono presentes en la cementita (Fe;C) se mueven hacia la fase ferritica. Este proceso se
consta de dos etapas. La primera etapa comenzara en el momento en el que se supere la
temperatura critica para que se inicie la difusion del carbono (temperatura Tac;). Durante
esta etapa, se producira la difusion intragranular del carbono en las colonias de perlita
desde las ldminas de cementita a las de ferrita (ver Fig. 46a). Ademas, la ferrita presente en
los bordes de grano se transformard en austenita con un contenido en carbono
despreciable. La primera etapa finalizara en el momento en el que se alcance la
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temperatura necesaria para que el material se encuentre completamente austenizado
(temperatura Tacs). Durante la segunda etapa, se producird homogeneizacion de la
austenita mediante la difusion de los atomos de carbono de las zonas de mayor
concentracién (zonas ocupadas previamente por la fase perlitica) hacia las zonas de menor
concentracion (ver Fig. 46b).

Ferrita(a)

. Austenit
proeutectoide ustenita (y)

(@) Taqi< T<Tags (b) T>Tyes

Fig. 46 Difusion del carbono durante el proceso de austenizacion

Debido a que este proceso esta activado por la difusion, la temperatura necesaria para que
comience el movimiento de los 4tomos de carbono sera mayor si se aumenta la velocidad
de calentamiento. Este efecto puede observarse en el diagrama tiempo-temperatura-
austenizacioén (TTA) mostrado en la Fig. 47.

Cabe sefialar que, a medida que aumenta la velocidad de calentamiento, potencia por
unidad de area necesaria para alcanzar la temperatura de austenizacién también serd
mayor. En el caso del temple laser, por ejemplo, las tasas de calentamiento se encuentran
en torno a 10002C/s [Tot06] por lo que se requiere emplear potencias por unidad de area
de entre 10° y 10° W/mm?* [Wan13].

Por otro lado, se ha de tener en cuenta que el sobrecalentamiento de la pieza por encima
de la temperatura Tacz tendrd como consecuencia el aumento del tamafo de grano
austenitico. Ademads, en el caso de los aceros hypereutectoides, también aumentara la
cantidad de austenita retenida. En ambos casos, la consecuencia sera una disminucién de la
dureza de la microestructura resultante tras el enfriamiento.
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Fig. 47 Diagrama TTA para el acero AlSI 1045. Adaptado de [Tot06]

I1.4.1.2. La descomposicidon de la austenita durante el enfriamiento
Ademas del estado de la austenita tras la fase de calentamiento, la microestructura final del

material también dependera de las condiciones en las que se produzca el enfriamiento de la
pieza.

Asi, a partir de ensayos experimentales, se han construido diagramas que permiten conocer
la evolucion de la transformacién de la fase austenitica en otras fases metalurgicas a lo
largo del tiempo. Los diagramas de transformacion por enfriamiento continuo (TEC), por
ejemplo, permiten determinar para una velocidad de enfriamiento determinada la fraccidon
de las fases presentes en la microestructura final asi como la dureza final del material. A
modo de ejemplo, en la Fig. 48 se muestra el diagrama TEC para el acero AISI 1045. Tal y
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como se puede observar, la velocidad de enfriamiento necesaria para que la austenita
generada se transforme completamente en martensita ha de ser superior a 4252C/s.
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Fig. 48 Diagrama de transformacion por enfriamiento continuo para el acero AlSI 1045. Adaptado de
[Met14]

La martensita resultante del proceso de temple es muy dura y fragil y, por lo tanto,
inservible para la mayoria de las aplicaciones. Por ello, es necesario realizar un segundo
tratamiento térmico con el objetivo de transformar la martensita inicial en una estructura
compuesta por ferrita y cementita globular mas ductil y tenaz [Cal05]. No obstante, se ha
de ter en cuenta que este proceso también tendra como consecuencia la reduccion de la
dureza del material. Este tratamiento térmico, conocido como revenido, esta provocado
por la difusién de los &tomos de carbono vy, para llevarlo a cabo, se ha de calentar de nuevo
el acero martensitico a una temperatura inferior a la Tac;.

Por ultimo, cabe sefialar que, en el caso de los tratamientos térmicos de endurecimiento
superficial, el revenido puede producirse sin necesidad de aportar de nuevo calor a la pieza.
Si el enfriamiento de la pieza es asistido mediante un fluido de corte, la temperatura en la
superficie de la pieza puede reducirse de tal forma que la temperatura maxima se
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encuentre a una determinada profundidad bajo la superficie. A continuacion, la conduccién
del calor desde el interior de la pieza hacia el exterior aumentara de nuevo la temperatura
de la martensita generada durante el temple produciéndose un revenido de ésta.

I1.4.2. Tecnologias industriales para llevar de temple superficial

Tal y como se ha descrito previamente, el grind-hardening es un nuevo proceso cuyo
objetivo es aumentar la temperatura de la pieza de forma selectiva para conseguir un
endurecimiento superficial de ésta. No obstante, en la industria esta tarea es realizada
habitualmente mediante alguna de las siguientes tecnologias:

e Eltemple porinduccién

e Eltemple porllama.

e El temple mediante haz laser.

e El temple mediante haz de electrones.

En los siguientes apartados, se hara una breve descripcién de cada una de ellas con el
objetivo de comprender su principio de funcionamiento y su rango de aplicacion.
Finalmente, a modo de resumen, en la Tabla 3 se presentan las ventajas e inconvenientes
de cada una de ellas junto con la profundidad de capa endurecida maxima alcanzable. En
adelante, la profundidad de capa endurecida se denotara como HPD (Hardness Penetration
Depth).

I1.4.2.1. El temple por induccién
El temple por induccién se basa en el hecho de que cualquier material conductor puede ser

calentado mediante induccién electro-magnética. Con el objetivo de ilustrar el fundamento
de esta tecnologia, en la Fig. 49 se muestra un esquema de los principales elementos
presentes en ésta. Tal y como se puede observar, la pieza es rodeada por una espira de
cobre (inductor) por la que circula una corriente alterna generandose un campo magnético
alterno en el interior de la espira. Este campo magnético inducira en la superficie de la pieza
una serie de corrientes eléctricas (conocidas como corrientes de Foucault o “eddy
currents”) y, debido al efecto Joule, se generarad el calor necesario para aumentar la
temperatura y producir la austenizacion del material. Finalmente, tras abandonar la zona
sometida al efecto del inductor, la superficie enfriarda rdpidamente con el objetivo de
generar la fase martensitica deseada.

En este proceso, la cantidad de calor generada dependerd principalmente de la frecuencia y
la potencia de la sefal eléctrica del inductor. Asi, mediante la variacion de estos dos
parametros es posible controlar de la capa endurecida generada. De esta forma, mediante
este proceso se pueden obtener capas de entre 0,5 y 10 mm de profundidad en piezas de
acero [Wan13]. No obstante, debido a que la repetitividad del proceso se encuentra en el
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orden de las décimas de milimetro, no es empleado para generar capas de una profundidad
inferior a 0,5 mm.

Bobina RV B
inductora

Corriente
inducida

Corriente en
la bobina

Fig. 49 Endurecimiento superficial mediante temple por induccion

Por otra parte, las propiedades de la capa endurecida dependeran también de la geometria
del inductor y de su correcto posicionamiento [Asm13]. Por ello, es habitual automatizar el
proceso para tiradas largas y desarrollar geometrias del inductor optimizadas para cada
geometria de pieza. No obstante, el coste de estas instalaciones es elevado y, en numerosas
ocasiones se emplean inductores mas versatiles que permiten endurecer la superficie de
piezas con una geometria similar. A modo de ejemplo, en la Fig. 50a se muestra un inductor
cuya geometria ha sido optimizada para el endurecimiento superficial de una leva. Asi
mismo, en la Fig. 50b se puede observar un inductor circular mediante el cual podran
endurecerse no sélo engranajes, sino también, piezas con una geometria de revolucién.

Fig. 50 Ejemplos de un inductor cuya geometria ha sido optimizada y de un inductor circular de
propdsito general. Fuentes: EFD Induction © (a) y EMAG® (b).

I1.4.2.2. El temple por llama
El temple por llama se basa en aplicar directamente sobre la zona a endurecer una llama a

alta temperatura generada mediante la combustion de un gas. De esta forma, la zona
afectada térmicamente por la llama es austenizada y, a continuacidn, la estructura
martensitica es generada mediante el enfriamiento de la pieza (habitualmente asistido por
la proyeccion de un fluido sobre la pieza). En este proceso la profundidad de la capa
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endurecida dependera de numerosas variables como, por ejemplo, la distancia y la
velocidad relativa entre la llama y la pieza, la temperatura de la llama o el medio de temple
[Wan13].

En funcidn del movimiento relativo entre la pieza y el cabezal de la llama (soplete) pueden
distinguirse las tres variantes del proceso (ver Fig. 51). En el caso en el que Unicamente se
quieran endurecer zonas muy localizadas de la pieza, tanto ésta como los sopletes
permanecen estacionarios (Fig. 51a). Cabe sefialar que, dependiendo de la extension que se
requiera tratar térmicamente, los sopletes podran constar de un Unico orificio o de
multiples orificios. La segunda variante del proceso, ver Fig. 51b, resulta de especial utilidad
si se han de endurecer areas extensas. En este caso, tanto el soplete como el medio de
temple se encuentran montados sobre un carro y se desplazan sobre la superficie de la
pieza a endurecer. Por ultimo, en el caso en el que la superficie a endurecer sea de
revolucidn, el soplete permanece estatico y la pieza gira sobre su eje de revolucion (Fig.
51c).

La principal ventaja de este proceso es que permite llevar a cabo el endurecimiento
superficial de piezas de gran tamafio cuyo tratamiento térmico en horno o mediante
induccién serfa muy costoso. Este es el caso de piezas como, por ejemplo, engranajes o
rodillos para la industria del papel o guias de maquinas herramienta [Lee06]. Asi mismo,
mediante el temple por llama es posible conseguir capas endurecidas desde 1,2 hasta 10
mm de profundidad. No obstante, el control del calor generado es menos preciso que en el
temple por induccion y, para los mismos parametros de proceso, pueden darse variaciones
en la capa endurecida de hasta 1 mm. Por ello, no es recomendado si se requiere hacer un
temple muy superficial.
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” de agua

Boquilla de gas
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Fig. 51 Endurecimiento superficial mediante temple llama. Adaptado de [Asm13].
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I1.4.2.3. El temple mediante haz de electrones
La técnica del temple mediante haz de electrones (THE) se basa en emitir un flujo colimado

de electrones libres a alta velocidad sobre la superficie a endurecer (ver Fig. 52). En este
caso, el impacto de los electrones sobre la pieza genera la energia calorifica necesaria para
producir la austenizacién del material en la superficie. Al detener la emisidn de electrones,
el enfriamiento de la zona superficial se produce como consecuencia de la conduccién del
calor hacia el interior de la pieza [Alel1l]. Cabe mencionar, que para poder lograr una
transformacién martensitica completa, es imprescindible que el espesor de la pieza sea, al
menos, entre 5y 10 veces superior a la profundidad de la zona austenizada [Asm13].

Mediante este proceso, es posible obtener capadas endurecidas de espesor uniforme y con
una profundidad de capa endurecida de entre 0,3 mm y 2 mm de profundidad por lo que el
THE es competencia directa del temple por inducciéon. Ademas, a diferencia de éste, la
aplicacién del THE es mads sencilla en piezas de geometria compleja y la distorsién de las
piezas es menor. No obstante, se ha de tener en cuenta que la deformacién de la pieza
dependera, entre otros aspectos, de su rigidez, de la geometria de la zona endurecida y de
los tratamientos térmicos previos a los que ésta ha sido sometida.

Por otra parte, cabe sefialar, que el efecto de la accién de los electrones sobre la superficie
tendra una influencia en el acabado superficial de la pieza. Asi, por ejemplo, Zenker y
Panzer [Zen87] observaron que, tras aplicar el THE sobre una pieza de acero AISI 1045
pulida y con una rugosidad media de 0,05 um Ra, su rugosidad superficial aumentaba hasta
1,5 um Ra. Asi pues, en algunos casos, puede ser necesario llevar a cabo un ultimo proceso
gque permita mejorar el acabado superficial de la pieza y su precisién dimensional.

Por ultimo, se ha de tener en cuenta, que si bien el proceso permite controlar la energia
emitida y la profundidad de capa endurecida con una mayor precision que en el temple por
induccidn, el coste de este tipo de instalaciones es elevado y solo estara justificado para
grandes producciones.

Haz de electrones
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\ Zona endurecida
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Fig. 52 Temple mediante haz de electrones
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I1.4.2.4. El temple laser
Esta tecnologia se basa en hecho de que al incidir un haz laser sobre la superficie de una

pieza parte de la energia trasportada por el haz es absorbida por la propia pieza y
trasformada en calor. A medida que el haz laser recorre la superficie, el material situado
bajo su zona de influencia elevard su temperatura por encima de la temperatura de
austenizacién. A continuacion, al igual que en el THE, la conduccién del calor hacia el
interior de la pieza provocara que el material en la superficie se enfrie rapidamente y la
austenita generada se transformara en martensita.

En este proceso, la fraccion de energia absorbida por la pieza depende, entre otros
aspectos, de la longitud de onda del haz laser, del acabado superficial de la pieza y de su
temperatura. En este sentido, cabe sefialar, que resulta complejo controlar en todo
momento la temperatura de la superficie y, por lo tanto, es dificil obtener una capa
endurecida constante [Asm13]. Ademas, se ha de tener en cuenta, que la distribucién de la
energia emitida por el haz no es uniforme en toda la zona de influencia del haz (spot).

Por lo que se refiere a las profundidades de capa que pueden obtenerse mediante el
temple laser, éstas son muy similares al THE (entre 0,3 y 2 mm). Asi mismo, al igual que en
el THE, las deformaciones de la pieza son menores que en el temple por induccion o en el
temple por llama ya que la energia transmitida al material es menor [Pas03]. No obstante,
algunas las piezas requieren de un proceso de acabado final.

Por otra parte, la anchura de temple se encuentra limitada por el tamafio del spot laser vy, si
se requiere templar una anchura mayor, es necesario realizar varias pasadas solapadas.
Como consecuencia, en la zona de solapamiento se producira un revenido de la martensita
generada en el paso anterior y ésta disminuira su dureza [Forll]. Cabe indicar, que este
aspecto sera comentado con mayor profundidad mas adelante ya que también se produce
durante la realizacién del grind-hardening.

Haz laser

Zona calentada

Fig. 53 Temple mediante haz laser
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Por ultimo, a modo de resumen, en la Tabla 3 se recogen las ventajas e inconvenientes de

cada una de las tecnologias de tratamiento térmico descritas en este apartado y, ademas,

se indica la profundidad de capa endurecida maxima alcanzable con cada una de ellas.
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Tabla 3 Ventajas y desventajas de las distintas tecnologias de endurecimiento superficial y

profundidad de capa endurecida obtenida con cada una de ellas.
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I1.4.3. Metodologias para la determinacioén de la profundidad de
capa endurecida

Para llevar a cabo el control de calidad de las piezas sometidas a tratamientos de térmicos
de endurecimiento superficial, es necesario disponer de una metodologia que permita
determinar con fiabilidad y precision la profundidad de capa endurecida. El método mas
ampliamente utilizado para llevar a cabo esta tarea es la determinacion del perfil de
microdurezas tras seccionar la pieza en direccion transversal a la capa endurecida.

No obstante, para los mismos parametros de proceso, pueden darse variaciones en la capa
endurecida desde 0,1 mm en los procesos con una mayor repetitividad hasta 1 mm para el
temple por llama. Asi pues, durante la produccidn en linea, sera recomendable disponer de
un método no destructivo que permita estimar la profundidad de capa endurecida en cada
una de las piezas fabricadas.

En este apartado se describird, en primer lugar, el método destructivo empleado
habitualmente para determinar la profundidad de capa endurecida y, a continuacién, se
comentaran las alternativas existentes para llevar a cabo esta tarea de forma no
destructiva.

I1.4.3.1. Método destructivo
Segun la norma UNE-EN 10328, la metodologia a aplicar para la cuantificacion de la

profundidad de temple superficial se basa en la determinacién del perfil de durezas en una
seccién trasversal a la capa endurecida. En concreto, se deberd determinar la profundidad
bajo la superficie en la cual la pieza posee una dureza igual a 0,8 veces la dureza minima
requerida en la superficie (dureza limite).

La determinacion del perfil de durezas se ha de realizar en base al ensayo Vickers
(establecido por la norma UNE-EN ISO 6507-1). Durante este ensayo, se presionara un
indentador de diamante con forma de piramide recta de base cuadrada y con un angulo {
prefijado (ver Fig. 54). Seguidamente, la dureza del material en dicho punto se cuantificara
a partir de la medicion de la longitud de la diagonal de la huella que ha quedado en la
superficie al dejar de aplicar la fuerza de ensayo, F. Asi mismo, las huellas de dureza han de
situarse a lo largo de una o varias lineas perpendiculares a la superficie y en un intervalo de
banda (W) de 1,5 mm de anchura. Por ultimo, la profundidad a la que se encuentra la
dureza limite se determinara graficamente a partir de la curva que distribuciones de dureza.

Cabe sefialar que la seccidn sobre la que se va a efectuar la medicién deberd prepararse
previamente de tal forma que la determinacidon de las dimensiones de las huellas de dureza
pueda realizarse correctamente. Esta preparacién deberd ejecutarse de forma que se
minimice cualquier alteracion de la dureza superficial de la pieza, por ejemplo mediante
pulido o electropulido.
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Fig. 54 Ensayo de microdurezas Vickers y esquema de indentaciones en la seccion a estudiar.
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I1.4.3.2. Métodos no destructivos
Los métodos no destructivos se basan en el hecho de que las fases metalurgicas presentes

en la zona endurecida y en el material base poseen diferentes propiedades eléctricas o
magnéticas. Asi, uno de los métodos mas extendidos para medir la profundidad de capa
endurecida es el método de las corrientes inducidas de Foucault ya que las medidas pueden
realizarse de forma rdpida y sencilla. Ademas, mediante este procedimiento, pueden
medirse piezas con capas templadas desde los 0,2 mm hasta los 9 mm [Asm91].

La técnica basada en la medida del ruido magnético de Barkhausen es empleada también
para estudiar las propiedades metallrgicas de las piezas ferromagnéticas. Partiendo de esta
consideracién, algunos trabajos de investigacion han tratado de relacionar propiedades de
la sefial de ruido Barkhausen con la profundidad de capa generada [Saq98, Vai00, Moo04,
Lo06, Kai07, Moo09, Zha09b y Sanl2]. En los siguientes apartados se presentaran los
fundamentos de estas dos metodologias.

11.4.4.3.1. Método de las corrientes inducidas de Foucault.
El método de las corrientes de Foucault emplea el efecto de los campos electromagnéticos

y la induccién para estimar la profundidad de la capa endurecida. Con el objetivo de ilustrar
el principio de funcionamiento de esta tecnologia, en la Fig. 55 se muestra una
representacidén esquematica de ésta.
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Para llevar a cabo la medida de la profundidad de capa endurecida, se crea un campo
magnético variable mediante bobinas excitadas con corriente alterna. Este campo
magnético, a su vez, inducird un conjunto de corrientes eléctricas circulares en planos
perpendiculares a la induccion magnética original. De acuerdo con las leyes de Faraday y
Ohm, las corrientes inducidas generaran su propio campo magnético que se opondra al
campo generado por la bobina excitadora, de tal forma que ambos campos se
superpondran [Nat13].

Por otra parte, las corrientes inducidas provocaran, como consecuencia del efecto Joule,
unas pérdidas de potencia en el material que se reflejardn en un aumento de la resistencia
de la bobina. Asi, la monitorizacién de la impedancia eléctrica de ésta permitira obtener
una estimacion de las propiedades fisicas de la zona superficial de la pieza estudiada
[Gue04].

Por ultimo, cabe mencionar, que los sistemas de medida en produccidon basan su
funcionamiento en la comparacién de las medidas realizadas con los datos obtenidos en
una pieza de referencia de la que se conoce la profundidad de capa templada [Biy13].

Bobinado Campo magnético
excitador alterno de la bobina

Corrientes
inducidas Campo magnético de

las corrientes inducidas

Material
conductor

Fig. 55 Método de las corrientes inducidas de Foucault.

11.4.4.3.1. Método de ruido Barkhausen.
El método de ruido Barkhausen se basa la deteccion de los cambios abruptos que se

producen durante la magnetizacion de materiales ferromagnéticos. Para poder describir el
principio fisico del efecto Barkhausen, en la Fig. 56 se muestra de forma esquemdtica el
proceso de magnetizacidon de un material ferromagnético. Con el objetivo de simplificar la
figura, Unicamente se ha considerado el movimiento de la pared de un dominio magnético.

Antes de comenzar el proceso de magnetizacion (Fig. 56a) los dominios magnéticos del
material se encuentran distribuidos de tal forma que la magnetizacion neta es cero. En el
momento en el que se aplica un campo magnético externo, los dominios orientados segun
la direccion del campo magnético externo aumentan mientras que los orientados en la
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direccién opuesta, disminuyen. Este cambio de tamafio se traduce en un movimiento de las
paredes que separan los dominios (Fig. 56b). No obstante, este movimiento no es continuo
ya que se ve obstaculizado por las inclusiones no-magnéticas, las dislocaciones en la
estructura cristalina del metal o las grietas que acttian puntos de anclaje de las paredes del
dominio (Fig. 56c). Los efectos producidos por esta magnetizacion discontinua son
conocidos como ruido Barkhausen y su cuantificacion puede ser empleada para obtener
una estimacion de las propiedades fisicas del metal.

I ol . ‘1 ) o3 H °lv

(a) (b) () (d)

T
T
T

Fig. 56 Movimiento de la pared que separa dos dominios magnéticos durante el proceso de
magnetizacion.

Para llevar a cabo la medida de ruido Barkhausen, el material es excitado mediante un
campo magnético variable (H). Este campo magnético es generado en una bobina por la que
circula una corriente alterna y transmitida por un hierro magnético en forma de yugo (Fig.
57). Por otro lado, el campo magnético generado por la magnetizacién en el material (B)
induce en una segunda bobina una corriente eléctrica cuyo andlisis permite cuantificar las
distintas propiedades fisicas del metal.

Bobina excitadora

Hierro
magnetico Bobina receptora SBETE:]SSS;ur:dO
Pieza

Nota: f, > f, > f;

Fig. 57 Esquema de los elementos presentes en una medida de ruido Barkhausen.
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El efecto del ruido Barkhausen generado en el interior de la pieza es amortiguado por el
material que se encuentra en la superficie debido al efecto de las corrientes de Foucault
comentado anteriormente. No obstante, cada una de las componentes en frecuencia de la
sefial de corriente eléctrica recibida puede asociarse con el ruido generado a una
profundidad determinada 6 que puede estimarse a partir de la Ec. 62. El contenido de alta
frecuencia (20-1000kHz) es emitido por las capas cercanas a la superficie mientras que el de
baja frecuencia (0,1-100kHz) es asociado con las capas mas alejadas. Asi, la sefial completa
puede ser filtrada con el objetivo de analizar Unicamente las propiedades de una zona
determinada.

Ec. 62

donde f es la frecuencia de la sefial recibida, k. la conductividad eléctrica del material y W,
la permeabilidad magnética del material.

A modo de ejemplo, en la Fig. 58 se muestra una sefial de ruido Barkhausen. La sefial esta
formada por una serie de pulsos de amplitud variable y cuyo maximo coincide con las zonas
en la que la senal de excitacion (y por lo tanto la amplitud del campo magnético aplicado)
varia mas rapidamente. El andlisis de la sefial de ruido Barkhausen se realiza habitualmente
mediante la representaciéon de la envolvente de la sefial durante la mitad del ciclo de
magnetizacion. No obstante, otras propiedades de la sefial como la amplitud maxima de los
pulsos o el valor medio cuadratico (RMS) de las amplitudes de los pulsos (Ec. 63) son
también empleadas en este tipo de andlisis.
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Fig. 58: Sefial alterna de excitacion y ruido Barkhausen [FRAO7]
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Ec. 63

En esta expresidn, N es el numero de pulsos y x; es el vector que contiene los valores de
amplitudes de los pulsos.

En las ultimas décadas, algunos autores han tratado de estimar la profundidad de capa
endurecida a partir de las propiedades de la sefial de ruido Barkhausen. Saquet et al.
[Saq98] estudian la influencia de la microestructura de un acero AISI 1055 en la sefial BN
para los procesos de temple por induccidn, nitruracidn y carburizacion. Asi, los autores
identifican que la sefial de ruido Barkhasuen presenta un Unico maximo si Unicamente
existe ferrita y perlita mientras que la presencia de martensita provoca la aparicién de un
segundo maximo. Ante este resultado, proponen utilizar el ratio entre las amplitudes de los
dos picos para estimar la profundidad de capa templada y obtienen una muy buena
correlacion con la realidad para capas de hasta 3,5 mm. Este mismo procedimiento es
utilizado posteriormente por otros autores [Vai00, Moo04 y Moo09].

806
Barkhausen AMS Signa! {mV)
700 + - e ferrite-pearlite
N
600 & ;‘. —— martensite
! kY ——— Induction hardened 1 mm
5001 )
4001+
Paak B
3001/ poakA v
! ‘\_
2001
4'// ) *
L~ 100 + T
a 0 1 2 3 4 Applied field (kAVm) g

Fig. 59 Influencia de la microestructura de un acero AlSI 1055 en la envolvente de la sefial de ruido
Barkhausen [Saq98].

Otros autores proponen utilizar parametros asociados al ciclo de histéresis generado al
aplicar el campo magnético alterno a la pieza [Lo06, Kai07 y Zha09b]. Estos observan que la
coercitividad magnética y el area encerrada en el ciclo de histéresis aumentan al aumentar
la profundidad de capa endurecida. Este efecto se debe a que, a medida que aumenta la
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profundidad de capa endurecida, el volumen de martensita es mayor y, por lo tanto, la
energia necesaria para que los dominios magnéticos superen los obstaculos es también
mayor.

Por ultimo, cabe mencionar el trabajo llevado a cabo por Santa-aho et al. [San12]. En este
trabajo, los autores proponen una metodologia novedosa que se basa en analizar la
evolucion del valor RMS de la sefial al variar el voltaje de la corriente de la bobina
excitadora (manteniendo la frecuencia de la sefial excitadora constante). Asi, observan que
existe una relacion entre la pendiente de la sefial de excitacion y la profundidad de la capa
endurecida en piezas de acero 34CrNiMo6 y acero 42CrMo4.

I1.4.4. Prediccion de la dureza del material tras el temple.
La prediccidon de la dureza del material tras el temple superficial puede llevarse a cabo a
partir de la siguiente expresion:

n

HV=Z<pL--HVi Ec. 64

i=1

donde ¢; es la fraccién en tanto por uno de cada una de las n fases presentes en la
microestructura del material y HV; es la dureza de cada una de las fases.

Para poder aplicar la Ec. 64, sera necesario cuantificar la composicidon de la microestructura
final de material. En este sentido, se han desarrollado modelos que permiten estudiar la
evolucion de las fases metallrgicas durante la etapa de calentamiento (austenizacion) y
durante el enfriamiento.

Uno de los modelos mas utilizados para representar las transformaciones de fase difusivas,
como la transformacion austenitica, es el de Jonshon-Mehl-Avrami [Joh39, Avr39, Avr40].
En esta serie de trabajos, los autores parten de la consideracién de que la aparicion de la
nueva fase se produce mediante un proceso de nucleacidén y crecimiento y proponen la
siguiente ecuacion para calcular la fraccion de austenita generada:

Pa(T,t) = 1—exp {— | Ko - exp (- RLT) : t]} e, 65

donde ¢, es la fraccién de austenita generada, Ko, n y Q son tres constantes que dependen
del material, R es la constante de los gases ideales y t es el tiempo que el material es
mantenido a una temperatura constante T.

No obstante, se ha de tener en cuenta que la Ec. 65 propuesta por Jonshon-Mehl-Avrami
esta desarrollada para condiciones isotermas del proceso. Por ello, si se requiere modelizar
transformaciones difusivas que tienen lugar a una temperatura variable, es necesario
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redefinir la ecuacion. Discretizando la Ec. 65 para una serie de pasos isotermos se obtiene la
siguiente expresion:

@qi(T;t) =1—exp {— [KO - exp (— %) (T + At)]n} Ec. 66

donde T, representa la temperatura al inicio del paso i y 7; es el tiempo que el material
deberia permanecer a la temperatura T; para alcanzar el mismo grado de transformacién
alcanzado en el paso i-1.

La principal dificultad a la hora de aplicar la Ec. 66 reside en que las constantes K, y Q no
son habitualmente conocidas y su determinacién experimental resulta muy compleja
[Mar12].

Por su parte, Leblond y Devaux [Leb84] presentan un modelo mas sencillo para representar
la evolucidn de la fase austenitica durante procesos no isotermos. En este caso, la expresion
propuesta (Ec. 67) permite determinar la fracciéon de austenita para una determinada
velocidad de calentamiento en funcién de la temperatura a la que se encuentre el material.

d(pa (T) _ 1 Peq (T) — @Pq (T)

[ Ec. 67
ar T T () :

donde @, es la fraccion de austenita en equilibrio y 7 (T) es una constante de tiempo que

depende del material.

La principal dificultad a la hora de emplear este modelo reside en la determinacion del
pardmetro 7 (T) a partir del diagrama TTA para el acero considerado. Ademas, no se
considera el efecto de que, para algunos aceros como el AISI 1045, el aumento de las
temperaturas criticas Tac; Y Tacs Se detiene a partir de una determinada velocidad de
calentamiento.

Por lo que se refiere a la transformacion martensitica, ésta no es de naturaleza difusiva sino
desplazativa y, por ello, la fraccion de martensita generada Unicamente dependerd de la
temperatura alcanzada por el material. Una de las expresiones mas empleadas por la
comunidad cientifica para representar este proceso es la propuesta por Koistinen vy
Marburger [Koi59] (Ec. 68).

¢Om =1—exp[-y - (M; —T)] Ec. 68

donde ¢,, es la fraccidn de martensita generada, M, representa la temperatura a la que se
inicia la transformaciéon martensitica y ¥y es una constante dependiente del material que

86



Unai Alonso Pinillos

puede ser obtenida a partir de los diagramas de transformacién por enfriamiento continuo
(TEC) como el mostrado en la Fig. 48.

I1.4.5.1. Revision de las metodologias propuestas para estimar la dureza
tras el revenido
Tal y como se ha descrito anteriormente, el revenido es un proceso que esta provocado

principalmente por la difusidn del carbono y, por lo tanto, su evolucién dependerd tanto de
la temperatura como del tiempo. Teniendo este aspecto en cuenta, la dureza de la pieza
podria expresarse mediante una funcién dependiente de un parametro que representara el
efecto conjunto de temperatura y tiempo.

H=f(PtT) Ec. 69

Hollomon y Jaffe presentan el primer trabajo en el que esta idea es puesta en practica con
éxito [Hol45] y proponen el parametro definido en la Ec. 70 para estudiar la dureza en la
pieza tras un tratamiento térmico de revenido isotermo. Este tipo de parametros son
conocidos pardmetros de tiempo-temperatura-isotermos (TTl).

Py, = T(Cy, + logt) Ec. 70

En esta expresion, T representa la temperatura del material en grados Kelvin, t es el tiempo
en horasy Cy; es una constante dependiente del material y que puede ser estimada a partir
de la Ec. 71.

CH] =21,53_5,8C Ec. 71
donde c es la fraccion de carbono del acero.

A modo de ejemplo, en la Fig. 60 se muestra la evolucidn de la dureza del acero AlSI1045
tras un proceso de revenido isotermo en funcién del parametro de Hollomon-Jaffe.
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Fig. 60 Relacion entre la dureza del acero AlSI 1045 tras un proceso de revenido y el pardmetro de
tiempo-temperatura isotermo de Hollomon-Jaffe. Adaptado de [Row07].

El pardmetro Py, definido por Hollomon-Jaffe es ampliamente utilizado en la industria para
predecir la dureza final de la pieza tras un proceso de revenido realizado en horno a
temperatura constante. Sin embargo, los parametros TTI no son aplicables si la evolucidn
de la temperatura con el tiempo es compleja como, por ejemplo, en los tratamientos
térmicos de endurecimiento superficial. En tal caso, es necesario emplear parametros de
tiempo-temperatura-generalizados (TTG) ya que estos permiten comparar procesos con
diferentes distribuciones de temperatura a partir de un Unico pardmetro. La Ec. 72 expresa
la forma general de los pardmetros TTG.

t

Po=2Z jE(T(t))dt Ec. 72
0

donde Zy E han de ser funciones mondtonas y continuas.

Reti et al. [Retl0] presentan un trabajo en el que se propone una metodologia para
construir los pardmetros TTG. Los autores parten de la hipdtesis de que la evoluciéon del
proceso de revenido estd gobernada por la Ley de Arrhenius (Ec. 73). Cabe sefialar, que en
este caso, esta hipodtesis resulta razonable ya que la generacién de la estructura de ferrita y
cementita globular dentro de la martensita es un proceso provocado por el fendmeno fisico
de nucleacidn y crecimiento.
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E(t,T) =k, -exp (— RQ-AT) Ec. 73

En esta expresion, k, es una constante positiva, Q4 es la energia de activacién del proceso,
R es la constante de gases ideales y T es la temperatura del material en grados Kelvin.

A continuacion, los autores seleccionan la funcién Z en la Ec. 72 de la forma Z(x) = x/kyy
proponen el parametro TTG mostrado en la Ec. 74 para estudiar el proceso de revenido.

t
Pp = J-exp (— RQ-AT
0

Reti et al. [Ret1l0] emplean el pardmetro Py para estudiar el proceso de revenido en el

> dt Ec. 74

acero 42CrMod4. Asi, a partir de ensayos experimentales, proponen la Ec. 75 expresion para
estimar la dureza final del material tras el revenido.
H = H, + (H, — H,) - exp(A - Pg®) ke.75
donde H; es la dureza de la martensita completamente revenida, H, es la dureza de la
martensita sin revenir y A y B son dos constantes dependientes Unicamente del material
considerado.

En un trabajo posterior, Mukherejee et al. [Muk12] consideran el parametro P, propuesto
por Reti et al. [Ret10] con el objetivo de estudiar el proceso de auto-revenido de piezas de
acero que previamente han sido templadas superficialmente. En concreto, los autores
observan que la siguiente expresion representa adecuadamente la dureza final del material

tras el revenido:
H=H;—B-P" Ec. 76
donde By n son dos pardmetros que dependen Unicamente del material.

I1.4.5.2. Estudio del revenido durante el rectificado
Tal y como se ha comentado previamente, durante el rectificado final, la variacion de la

temperatura de la pieza puede dar lugar a un proceso de revenido que disminuya la dureza
de ésta.

Partiendo de esta consideracion, Takazawa et al. [Tak66] estudian la caida de dureza tras el
rectificado mediante el parametro de Hollomon-Jaffe (Ec. 70). Debido a que este parametro
esta definido para un proceso isotermo, se propone utilizar una temperatura y un tiempo
efectivos que representen la compleja variacién de temperatura experimentada por un
punto de la pieza.
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Asi, por un lado, plantean que como temperatura efectiva podria seleccionarse la
temperatura mdaxima alcanzada debido a la importante influencia de ésta durante el
proceso de revenido. Por otro lado, deciden utilizar como tiempo efectivo el tiempo que un
punto de la pieza se encuentra bajo la zona de contacto. En concreto, este pardmetro es
cuantificado a partir de la Ec. 77.

le

Lep == Ec. 77
w

donde [, es la longitud de la zona de contacto y v, es la velocidad de avance de la pieza.

Los autores observan que la dureza del material disminuye tanto al aumentar la
temperatura efectiva como al aumentar el tiempo efectivo. Sin embargo, no se encuentra
una relacién entre la caida de dureza y el pardmetro de Hollomon-Jaffe definido a partir de
los valores efectivos. Este resultado indica, de nuevo, la importancia de considerar la
evolucion completa de la temperatura a lo largo del tiempo para describir el proceso de
revenido.

Fedoseev y Malkin [Fed91], por su parte, proponen estimar la dureza final del material a
partir de la Ec. 78.

H= Hq - (Hq - Ht) * Pmr Ec. 78
donde ¢@,, - es la fraccion de martensita revenida en tanto por uno.

A partir de datos experimentales, observan que el pardmetro 1 puede obtenerse de la
siguiente forma:

Pmr d(p t
j %=J‘E(fiT)‘dt Ec. 79
0 (1 - (pm,r) 0

En esta expresion, E(t,T) es la ecuacién de Arrhenius enunciada anteriormente en la Ec.
73.

Por otra parte, con el objetivo de estimar la evolucion de la temperatura durante el
rectificado, los autores desarrollan un modelo térmico del proceso similar a los descritos
previamente en el apartado 11.3.2.3.

La metodologia propuesta por Fedoseev y Malkin es similar a la empleada por Reti et al.
[Ret10] y Mukherejee et al. [Muk12]. Asi, se parte de la ley de Arrhenius para definir un
parametro que considere el efecto de la evoluciéon de la temperatura con el tiempo v,
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mediante datos experimentales, se plantea una relacién entre este pardmetro y la dureza
final del material.

Con el objetivo de estudiar la validez del modelo, Fedoseev y Malkin llevan a cabo ensayos
de rectificado plano sobre tres aceros diferentes (100Cr6, SK7 y EN9) y comparan las
distribuciones de dureza obtenidas de forma experimental con los valores predichos por el
modelo. A modo de ejemplo, en la Fig. 61 se muestran los resultados obtenidos para el
acero EN9. Tal y como se puede observar, el modelo predice correctamente la evolucién de
la dureza desde un punto de vista cualitativo. Sin embargo, en algunos casos, el error
relativo entre la dureza predicha y la real llega a ser del 20%.

Por ultimo, cabe sefalar, que si bien los autores indican que la relacién experimental
presentada en la Ec. 79 es valida para cualquier acero, no indican como determinar los
valores de las constantes k,y Q4 (necesarios para cuantificar E(t,T) en Ec. 79). Como
consecuencia, resulta complejo reproducir la metodologia propuesta para otros aceros
diferentes a los empleados en este trabajo.
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Fig. 61 Efecto del revenido generado durante el rectificado del acero AlSI1055. Adaptado de [Fed91].
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I1.5. EL PROCESO DE GRIND-HARDENING

I1.5.1 Introduccién

Tal y como se ha descrito en los apartados anteriores, muchas de las piezas de acero que
requieren un rectificado final son sometidas previamente a un proceso de endurecimiento
superficial. Sin embargo, estos procesos precisan de instalaciones especiales y, por ello,
normalmente son subcontratados a empresas especializadas en tratamientos térmicos.

Partiendo de esta consideracion, el grind-hardening propone aprovechar el calor generado
durante el rectificado para producir un endurecimiento superficial de la pieza. Asi, la gran
ventaja de este proceso es que permite llevar a cabo el endurecimiento superficial y el
acabado final de la pieza en la misma maquina reduciéndose los costes y el tiempo de
produccion [Bri96]. A modo de ejemplo, en la Fig. 62 se muestran dos piezas que han sido
endurecidas mediante este procedimiento.

Fig. 62 Piezas después del proceso de grind-hardening (fuente: DMG-Mori-Seiki).

El término grind-hardening es definido por primera vez por Ziirn en 1964 [Zlr64]. En este
trabajo, el proceso de grind-hardening es aplicado con el objetivo de mejorar las
propiedades mecanicas de los filos de hojas de sierra. Asi, el autor observa cémo las hojas
endurecidas mediante este proceso presentan una duracidn entre tres y cinco veces mayor
y una menor fuerza de corte. El interés en este proceso fue retomado afios después por
Brinksmeier y Brockhoff [Bri96] y durante las dos ultimas décadas numerosos autores han
centrado su investigacion tanto en el grind-hardening aplicado al rectificado plano [Bri96,
Bro99, Wil08, Zah09, NgulOa, F6cl12, Focl3, Sall3, Sall4, Liul5], como al rectificado
cilindrico [Fri04, Chr05, Sal07, Ngu10b, Kol11, Hya13].

Tal y como se ha descrito en el apartado 11.4, los tratamientos térmicos de endurecimiento
superficial se basan en la generacién de nuevas fases metalurgicas de mayor dureza. Con el
objetivo de ilustrar el proceso de endurecimiento durante el grind-hardening, en la Fig. 63
se muestra la evolucién de la temperatura y de las fases metalulrgicas en un punto de una
pieza de acero proeutectoide.
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Fig. 63 Evolucidn de la temperatura y de las fases metalurgicas durante el grind-hardening

En el estado inicial (situacion A), el punto de la pieza se encuentra a temperatura ambiental
y, a medida que se aproxima a la zona de contacto (situacién B), comienza a aumentar su
temperatura. A continuacion, debido al elevado flujo de calor que se deriva hacia la pieza,
su temperatura aumenta rapidamente hasta superar la temperatura de inicio de la
transformacién austenitica Tac; (situacién C). En este momento, la fase compuesta por
ferrita y perlita comienza a transformarse en fase austenitica.

Una vez superada la temperatura Tacs (situacidn D) el material se encuentra completamente
austenizado. Sin embargo, la fase austenitica presente en este instante no posee una
composicién homogénea ya que existen zonas con un contenido en carbono mayor. De esta
forma, si se desea obtener una fase homogénea, sera necesario mantener la temperatura
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del material por encima de la temperatura T,c; durante el tiempo suficiente para que se
produzca la difusidon de los atomos de carbono. En este caso, se ha supuesto el tiempo
comprendido entre los estados D y F es suficiente para producir una fase austenitica
homogénea.

A medida que el punto abandona la zona de contacto, empieza a descender su temperatura
(situacion E). Finalmente, si el enfriamiento es suficientemente rapido, la fase austenitica
comienza a transformarse en martensita a la temperatura M (estado F). La transformacién
martensitica terminara en el momento en el que el punto de la pieza se encuentre por
debajo de la temperatura M; (estado G). Cabe sefialar que en el caso del gind-hardening los
gradientes de temperatura presentes en la pieza durante el proceso de calentamiento se
encuentran en torno a 107—1089C/s [Bri97]. De esta forma, el proceso de austenizacién se
produce en menos de un segundo. Debido a que éste es un proceso activado por la
difusidn, las temperaturas de comienzo y final de la austenizacion (Taci Y Tacz) seran
superiores a los procesos de temple convencional (ver Fig. 47).

En el razonamiento anterior, se ha supuesto que el tiempo durante el cual el punto de la
pieza se encuentra por encima de la temperatura Tuc; es suficiente para conseguir una fase
austenitica homogénea. Bajo estas condiciones, el 100% del material se transformara el
martensita y su dureza sera igual a la de esta fase. En el caso en el que este tiempo no sea
suficiente para producir la homogeneizacién completa de la austenita, tras el enfriamiento,
una fraccion del material estard compuesta por fase ferritica-perlitica y otra por fase
martensitica. De esta forma, la dureza del material sera algo menor.

En la Fig. 64 se presenta, a modo de ejemplo, la distribucidn de durezas obtenida en un
proceso de grind-hardening. La fraccion de martensita generada es cada vez menor a
medida que se toman puntos mas alejados de la superficie y, como consecuencia, la dureza
del material ird disminuyendo hasta alcanzarse la dureza del material sin templar. La capa
endurecida tras el proceso de grind-hardening es definida por la comunidad cientifica como
aquella zona en la que el material posee una dureza superior a 550 HV [Wil08, Kol11,
Foel2, Foel3, Hyal3].

La profundidad de la capa endurecida dependera de las condiciones en las que se realice el
proceso. Por ello, el objetivo de numerosos trabajos experimentales ha sido estudiar la
influencia de los pardmetros de rectificado y de las caracteristicas de la muela utilizada
[Bro99, Fri04, Chr05, Sal08, Wil08, Zah09, Sal13].
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Material: 42CrMo4 Velocidad de corte: 30 m/s
Muela: TYROLIT 89A4618AV217 Profundidad de pasada: 0,3 mm
Condiciones de refrigeracién: en seco Velocidad de avance: 13,3 mm/s
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Fig. 64 Distribucion de dureza en la pieza tras un proceso de grind-hardening

En los siguientes apartados, se presentardn los resultados de los trabajos experimentales
realizados hasta el momento. En primer lugar, se estudiard el proceso de grind-hardening
aplicado al rectificado plano en penetracién. Debido a que el proceso posee una cinematica
mas sencilla, éste es el tipo aplicacion que mas ha sido estudiada vy, por lo tanto, del que
mas datos se conocen. Ademas, la mayoria de las conclusiones obtenidas son aplicables a
otros procesos de rectificado de cinemdtica mds compleja. En el siguiente apartado, se
comentaran los trabajos que han estudiado el proceso de grind-hardening aplicado al
rectificado cilindrico de exteriores. Por ultimo, se hard referencia a la integridad superficial
de las piezas endurecidas mediante grind-hardening.

I1.5.2. Influencia de los parametros de mecanizado en la
profundidad de capa endurecida

Tal y como se ha descrito en el apartado 11.2.1, los parametros de mecanizado a definir en el
rectificado plano son tres: la profundidad de pasada, la velocidad de avance y la velocidad
de giro de la muela. A continuacidn, se comentardn los resultados de los trabajos que han
estudiado la influencia de alguno de estos tres parametros en la HPD.

Brockhoff [Bro99] presenta el primer trabajo en el que se estudia experimentalmente el
proceso de grind-hardening aplicado al rectificado plano. En concreto, el autor analiza la
influencia de los tres parametros de rectificado en la HPD vy, para ello, se llevan a cabo tres
series de ensayos en los que cada parametro se varia de forma independiente. Ademas,
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durante los ensayos, se registran las fuerzas de corte y se analiza la evolucion de la potencia
por unidad de area P”’. y la energia por unidad de area E”’..

En primer lugar, se estudia la influencia de la profundidad de pasada en el proceso. Para
ello, se llevan a cabo una serie de ensayos en los que se aumenta progresivamente el valor
de la profundidad de pasada manteniendo constantes la velocidad de avance de la pieza 'y
la velocidad de giro de la muela. Bajo estas condiciones, el aumento de la profundidad de
pasada implicard un aumento del caudal de viruta y del espesor de viruta. Como
consecuencia, las fuerzas y la potencia de corte serdn mayores y se generara mas calor en la
zona de contacto. En la Fig. 65, se puede observar cdmo la HPD obtenida es cada vez mayor
a medida que se aumenta la profundidad de pasada.

Material: 42CrMo4V Velocidad de corte: 30 m/s
Muela: 10A90QU3B Velocidad de avance: 8,3 mm/s
Condiciones de refrigeracién: en seco
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Fig. 65 Efecto del aumento de la profundidad de pasada en HPD [Bro99].

La Fig. 65 también muestra la evolucion de la potencia por unidad de area (P”.) y de la
energia por unidad de drea (E”’.) a medida que se aumenta la profundidad de pasada. Tal y
como se puede observar, P”. decrece con el aumento de la profundidad de pasada.
Teniendo en cuenta la definicion de éste parametro (Ec. 32), el autor asocia esta tendencia
con el hecho de que la longitud de la zona de contacto aumenta en mayor medida que la
potencia de corte. No obstante, no proporciona datos sobre la evoluciéon de ninguno de
estos dos parametros. En cuanto a E”., ésta sigue la tendencia opuesta y aumenta con la
profundidad de pasada. Asi, partiendo de la definicion de este parametro energético (Ec.
33), Brockhoff plantea que su evolucion se debe al aumento del tiempo en el que un punto
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pieza se encuentra en contacto con la muela. Esta conclusidn resulta razonable ya que con
el incremento de la profundidad de pasada aumentard también la longitud de contacto v,
como consecuencia, cada punto de la superficie se verd sometido durante un tiempo mayor
a la accion de la muela.

A continuacion, en una segunda serie de ensayos, el autor analiza la influencia del aumento
de la velocidad de avance de la pieza en la HPD. En este caso, sin embargo, la HPD generada
no sigue una Unica tendencia (ver Fig. 66). Asi, entre 0,1 y 1,7 mm/s la HPD obtenida es
mayor al emplear mayores velocidades de avance, mientras que a entre 1,7 y 83,3 mm/s se
presenta la tendencia opuesta. Cabe indicar, que el autor no explica por qué se produce
este fendmeno y, por ello, su posible origen se discutird mdas adelante.

Material: 42CrMo4V Velocidad de corte: 30 m/s
Muela: 10A90QU3B Profundidad de pasada: 0,1 mm
Condiciones de refrigeracién: en seco
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Fig. 66 Efecto del aumento de la velocidad de avance de la pieza en HPD [Bro99].

En la Fig. 66 puede observarse también la influencia del aumento de la velocidad de avance
en P”.y E”.. En este caso, el autor concluye que el aumento de P”_ tiene su origen en
hecho de que, entre los parametros que influyen en su valor (F;, vs, bs y I), la fuerza
tangencial aumenta con la velocidad de avance, mientras que el resto se mantienen
constantes. Cabe sefialar, que la suposicion de que la longitud de contacto se mantiene
constante podria no ser correcta ya que el aumento de la velocidad de avance conllevaria
también un aumento de la fuerza normal y, por lo tanto, la zona de contacto tendria que
ser mayor. Respecto a E”, puede observarse como ésta decrece a medida que se aumenta
la velocidad de avance. A pesar de que el autor no explica el porqué de esta tendencia,
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estaria provocada por el hecho de que las fuerzas de corte aumentan en menor medida que
la velocidad de avance.

Por ultimo, Brockhoff estudia la influencia de la velocidad de la muela en el proceso. Tal y
como se observa en la Fig. 67, la HPD tampoco parece seguir una tendencia concreta con el
aumento de la velocidad de giro de la muela. Este efecto podria deberse a que el aumento
de la velocidad de giro de la muela produce dos fendmenos que afectan de manera opuesta
a la cantidad de calor que se genera en el proceso. Por un lado, el tamafio de la viruta
disminuye y las fuerzas de corte son cada vez menores. Sin embargo, el aumento de la
velocidad relativa entre grano y pieza contribuird a aumentar la energia calorifica generada.

Material: 42CrMo4V Velocidad de corte: 30 m/s
Muela: 10A90QU3B Profundidad de pasada: 0,1 mm
Condiciones de refrigeracién: en seco
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Fig. 67 Efecto del aumento de la velocidad de giro de la muela en HPD [Bro99].

Otro de los trabajos mds destacados que estudian experimentalmente el grind-hardening es
el llevado a cabo por Wilke [Wil08]. Sin embargo, los ensayos se realizan con un enfoque
distinto al de Brockhoff [Bro99]. En este caso, se estudia el efecto del aumento de la
profundidad de pasada con la condicién de mantener constante el caudal de viruta
especifico. De esta forma, a medida que se aumenta la profundidad de pasada, se reduce la
velocidad de avance de la pieza en la misma proporcion.

El autor lleva a ensayos con tres caudales de viruta diferentes y observa que los ensayos
con el caudal de viruta mas bajo (1 mm?/mm:-s) no se endurece la pieza con ninguna de las
combinaciones de parametros estudiadas. Sin embargo, en los ensayos con caudales de
viruta mayores (3 mm>/mm-s y8 mm?/mm:-s) la HPD obtenida presenta la misma evolucion:
durante una primera fase, la HPD generada es mayor al emplear profundidades de pasada

98



Unai Alonso Pinillos

mayores, pero a partir de un determinado valor de profundidad de pasada, deja de
producirse endurecimiento en la pieza.

Ante este resultado, cabe sefialar, que el aumento de la HPD durante la primera fase resulta
congruente ya que se producen dos efectos que favorecen el aumento de la energia
calorifica generada. Por un lado, se observa que las fuerzas de corte aumentan y, por lo
tanto el calor generado por unidad de tiempo es mayor. Ademas, el descenso progresivo de
la velocidad de avance produce que muela y pieza estén mas tiempo en contacto.

Sin embargo, el hecho de que deje de producirse endurecimiento al seguir aumentando la
profundidad de pasada podria resultar extrafio ya que el calor generado sigue aumentando.
En este sentido, el autor plantea la hipdtesis de que, a partir de cierta profundidad de
pasada, se evactua una mayor fraccion del calor generado a través de la viruta. Esta
hipdtesis podria ser valida para explicar el descenso de la HPD generada a partir de un
determinado valor de profundidad de pasada, sin embargo, no explica el hecho de que no
se produzca endurecimiento con Q’,,=1 mm3/mm-s.

No obstante, Garcia et al. [Gar14] han observado que la reduccién del espesor de viruta por
debajo de un valor critico tiene como consecuencia la disminucion de la fraccidon de calor
evacuada hacia la pieza. Ademas, los autores también han determinado que la superacion
de este valor limite conlleva una reduccion del ratio de fuerzas y, por ello, proponen que la
etapa de ploughing serd predominante por debajo de dicho valor critico del espesor de

viruta.

Partiendo de este resultado, los autores plantean que la hipdtesis de que aproximadamente
toda la energia consumida es transformada en calor no seria correcta ya que, bajo estas
condiciones, una gran parte de la energia serd consumida en la deformacién plastica del
material. Por el contrario, para valores superiores al espesor de viruta limite, los granos
eliminaran el material por cizalladura, las deformaciones pldasticas seran menos importantes
y la energia consumida se transformara en calor.

Este planteamiento estaria de acuerdo con el fendmeno observado en la Fig. 68 ya que al
aumentar la profundidad de pasada se esta reduciendo el espesor de viruta. Ademads, el
espesor de viruta limite se alcanzara antes al emplear un caudal especifico de viruta menor.
Asi mismo, si se analiza la evolucidn del ratio de fuerzas para cada conjunto de ensayos (Fig.
69), pude observarse cémo su valor aumenta al aumentar la profundidad de pasada y, a
continuacién, comienza a descender en el torno de la profundidad de pasada a la que deja
de producirse endurecimiento. Asi pues, esta caida del ratio de fuerzas indicaria también
gue ha habido un cambio en las condiciones en las que se produce el arranque de la viruta.
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Muela: A120L5B

Material: 42CrMo4V

Condiciones de refrigeracién: en seco

Velocidad de corte: 30 m/s
Velocidad de avance: 0,17-333,33 mm/s

Profundidad de pasada: 0,02-6,0 mm
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Fig. 68 Efecto del aumento de la profundidad de pasada en HPD [Wil08].
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Fig. 69 Efecto del aumento de la profundidad de pasada en el ratio de fuerzas [Wil08].

Por ultimo, es preciso sefialar, que en el trabajo de Wilke [Wil08], se observan diferencias
de hasta un 50% en las potencias de corte para ensayos con los mismos parametros de
rectificado. A la vista de este resultado, cabria esperar una diferencia notable en la HPD
obtenida, sin embargo, no se proporciona esta informacién. En este sentido, cabe destacar,
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gue Unicamente uno de los trabajos revisados [Bro99] analiza la estabilidad del proceso en
cuanto al rango de valores de HPD que pueden obtenerse con la misma combinacién de
parametros de entrada. Asi, tras llevar a cabo 25 ensayos de grind-hardening con las
condiciones mostradas en la Fig. 66 y con una velocidad de avance de 8,33 mm/s se
obtienen valores de HPD en un rango de entre 0,9 mmy 1,1 mm. Asi pues, a la vista de la
falta de repetibilidad en la HPD, la prediccidn de éste parametro on-line, junto con el ajuste
de los parametros de rectificado, podrian permitir controlar la HPD obtenida.

I1.5.3. Influencia de las caracteristicas dela muela enla
profundidad de capa endurecida

Las propiedades de la muela de rectificado afectaran al comportamiento triboldgico de la
zona de contacto y, como consecuencia, las fuerzas de corte y el calor generado
dependeran del tipo de muela seleccionado. Ademas, tal y como se ha visto en el apartado
1.3, la fraccion del calor evacuada hacia la pieza dependera de las propiedades térmicas de
los granos abrasivos, entre otros factores. Por ello, siempre que se trabaje por encima del
espesor de viruta limite en el la seleccién del tipo de muela mas adecuado sera
fundamental para conseguir obtener la HPD deseada.

Para definir completamente una muela de rectificado, serd necesario especificar (ademas
de la geometria de ésta) el material y el tamafo de grano abrasivo, la dureza de la muela, la
estructura de la muela y el tipo de aglomerante. En los siguientes apartados se comentaran
los trabajos que han estudiado la influencia de alguna de estas caracteristicas en los
resultados obtenidos durante el proceso de grind-hardening.

I1.5.3.1. El tipo de grano abrasivo
Si se desea aumentar la HPD generada, sera necesario seleccionar un tipo de grano abrasivo

que aumente la friccidn en la zona de contacto y, ademads, favorezca la transmisién del calor
generado hacia la pieza.

En la Fig. 70 puede observarse como, si los pardmetros de rectificado permanecen
constantes, el valor de la fuerza tangencial especifica aumenta a medida que disminuye el
tamafio de grano. Como consecuencia, el calor generado en la zona de contacto serda mayor
al emplear un tamafio de grano mas pequeiio. Cabe sefalar, que esta tendencia puede
deberse al hecho de que el nimero de granos por unidad de area serd mayor al reducir el
tamafio de grano. De esta forma, predominard el desgaste de grano frente a la rotura de los
puentes de aglomerante y aumentara la friccion durante el proceso de corte.

A la vista de este resultado, cabria esperar que la HPD también aumentara a medida que se
reduce el tamafio de grano. No obstante, Salonitis et al. [Sal08] observan que se produce
justamente el efecto contrario y la HPD disminuye al reducir el tamafio de grano (ver Fig.
71). A pesar de que en éste trabajo no se comenta cual es el origen de este fendmeno, este
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podria estar en una disminucién de la fraccion de calor evacuada hacia la pieza provocada
por el descenso del espesor de viruta.

Por otro lado, la fraccion de calor evacuada hacia la pieza también dependera de las
propiedades térmicas del material del que estd compuesto el grano abrasivo. Entre los
materiales utilizados habitualmente para producir granos abrasivos, la alimina se
encuentra entre los que peor conducen el calor. Por ello, este material ha sido ampliamente
utilizado en estudios de grind-hardening con el objetivo de maximizar la HPD generada
[Bro99, Chr05, Sal07, Zdh09, Zha09a, Ngul0a, NgulOb, Koll1, F6el2, F613, Hyal3, Sall3,
Ngul4]. Cabe mencionar que algunos autores han utilizado con éxito granos de nitruro de
boro cubico (CBN) en operaciones de grind-hardening [Bro98, Fri04]. Sin embargo, para
conseguir la misma HPD que con una muela de alimina, es necesario aumentar la cantidad
de calor generada durante el proceso ya que el CBN posee una conductividad térmica
mayor y la fraccién de calor evacuada hacia la pieza es menor.

Material: 100Cré Velocidad de corte: 35 m/s
Condiciones de refrigeracién: taladrina 2,6 |/min Velocidad de avance: 10 mm/s
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Fig. 70 Influencia del tamafio de grano en las fuerzas de corte [Sal13]

Por ultimo, cabe mencionar que los granos monocristalinos seran mas adecuados si se
desea aumentar la cantidad de calor generado. Este tipo de grano es mas propenso a la
generacién de caras planas y, como consecuencia, aumentara la friccion entre el grano y la
pieza. En este sentido, Brockhoff [Bro98] lleva a cabo el mismo ensayo de grind-hardening
con una muela de grano monocristalino y con otra de grano policristalino siendo el resto de
sus propiedades iguales en ambas muelas. El autor observa que la fuerza tangencial en el
caso del grano monocristalino es aproximadamente un 20% superior. Asi mismo, la HPD
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generada con el grano monocristalino es también superior al del caso policristalino
(aproximadamente un 15% mayor).

Material: 100Cr6 Velocidad de corte: 35 m/s
Condic. de refrig: taladrina 2,6 |/min Velocidad de avance: 10 mm/s
Prof. de pasada: 0,02-6,0 mm
Tamaiio de grano Dureza de la muela |Estructura de la muela
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Fig. 71 Influencia de las caracteristicas de la muela en la profundidad de capa endurecida [Sal08].

I1.5.3.2. El grado de la muela

A medida que avanza el proceso de rectificado, los granos abrasivos van perdiendo su filo y
la fuerza de corte necesaria para generar la viruta es cada vez mayor. En el momento en el
que el aglomerante no es capaz de soportar las tensiones generadas por las fuerzas de
corte, los granos desgastados se desprenden dando lugar a una nueva capa de granos con
su capacidad de corte intacta.

En el proceso de rectificado, la dureza de la muela de rectificado (también denominado
“grado” de la muela en terminologia normalizada) esta relacionada con la resistencia con la
que el aglomerante retiene los granos. Asi pues, cuanto mayor es la dureza de la muela
mayor es el nivel de desgaste de los granos y mayores son las fuerzas de rectificado. Con el
objetivo de ilustrar este efecto, en la Fig. 72 se muestran los valores de la fuerza tangencial
especifica para ensayos realizados con muelas de distinto grado de dureza.

A partir de estos resultados, podria concluirse que una muela de mayor dureza sera mas
adecuada para la operaciéon de grind-hardening ya que se generara una mayor cantidad de
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calor y la HPD aumentard. No obstante, tal y como se observa en la Fig. 71, si se aumenta la
dureza de la muela se obtienen una HPD cada vez menor. A pesar de que no existen
trabajos que esclarezcan el origen de este efecto, éste podria estar provocado un aumento
de la fraccién de calor evacuada hacia la muela como consecuencia del metal embotado en
los poros de ésta.

Material: 100Cr6 Velocidad de corte: 35 m/s
Condiciones de refrigeracion: taladrina 2,6 I/min Velocidad de avance: 10 mm/s
45
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Fig. 72 Influencia de la dureza de la muela en las fuerzas de corte [Sal13].

I1.5.3.3. La estructura de la muela
En rectificado, el concepto de estructura de la muela esta relacionado con el nimero de

granos por unidad de volumen presentes en ésta. En este sentido, se ha de tener en cuenta
que si se aumenta la densidad de granos en la superficie de la muela, la fuerza de corte
experimentada por cada uno de ellos serd menor. Como consecuencia, se favorecera el
desgaste del filo de los granos y la generacion de caras planas frente a la rotura de los
puentes de aglomerante y aumentara la friccién durante el proceso de corte asi como la
cantidad de calor generado.

Ademas, la densidad de granos esta directamente relacionada con la porosidad de la muela.
Los poros presentes entre los granos y el material aglomerante permiten albergar las
virutas del material rectificado y facilitan su evacuacion. De esta forma, si se utiliza una
muela menos porosa el material alojado en los poros dificultara el proceso de formacidon de
la viruta y aumentaran las fuerzas de corte. Con el objetivo de ilustrar este efecto, Fig. 73
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muestra los valores de la fuerza tangencial especifica registradas durante varios ensayos de
grind-hardening realizados con muelas que poseen distinta densidad de granos.

Material: 100Cr6 Velocidad de corte: 35 m/s
Condiciones de refrigeracién: taladrina 2,6 |/min Velocidad de avance: 10 mm/s
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Fig. 73 Influencia de la estructura de la muela en las fuerzas de corte [Sal13].

A pesar de que las fuerzas de corte y la cantidad de calor aumentan al aumentar la densidad
de granos de la muela, en la Fig. 71 se observa cémo el valor de la HPD generada es cada
vez menor. Para justificar este efecto, Salonitis et al. [Sal08] plantean que el calor evacuado
por la viruta es menor en las muelas con una menor densidad de granos ya que existe un
menor numero de filos de corte en contacto.

No obstante, esta hipdtesis podria no ser correcta ya que el caudal de viruta evacuado sera
el mismo si no se modifican la profundidad de pasada y la velocidad de corte. Asi, este
efecto podria estar provocado por un aumento en la fraccién de calor evacuada hacia la
muela ya que al aumentar la densidad de granos, aumentara también la superficie de
contacto entre los granos y la pieza.

I1.5.3.4. El tipo de aglomerante
Las propiedades del material aglomerante afectaran al proceso de desgaste de la muela vy,

como consecuencia, influiran directamente en su capacidad de corte y en la fuerza
tangencial de rectificado.

Brockhoff [Bro98] estudia por primera vez el efecto del material aglomerante en las fuerzas
de corte y en la HPD generada tras el proceso de grind-hardening. En este trabajo, el autor
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compara una muela de aglomerante resinoso con otra de aglomerante vitreo (ambas
fabricadas con el mismo tipo y tamafio de grano abrasivo). Tal y como se observa en la Fig.
74, tanto las fuerzas de corte como la HPD generada son menores en el caso de utilizar la
muela de aglomerante vitreo

Para entender este efecto, el autor analiza la superficie de la muela vitrea mediante
microscopia electrénica de barrido (SEM) y observa que ésta presenta una gran cantidad de
material metalico alojado entre los granos. Cabe mencionar que en otros trabajos en los
que se han empleado este tipo de muelas, también se ha observado gran cantidad de
material metalico adherido a la muela tras la operacién de grind-hardening. Ante este
resultado, Brockhoff plantea que la fuerza tangencial obtenida en el proceso es menor
debido que existe un menor nimero de granos en contacto con la pieza. No obstante, no se
lleva a cabo una comparacion cuantitativa del numero de granos por unidad de drea
presentes en la superficie de cada una de las dos muelas estudiadas.

Material: 42CrMo4V Velocidad de corte: 35 m/s
Condic. de refrigeracion: en seco Velocidad de avance: 8,3 mm/s
Profundidad de pasada: 0,1 mm

E W Ft E
> 20 m HPD 1=
~ [1°}
©
2 15 075 @
= 3
(1}
3 c
e 10 05 o
g 5
8 5 - 025 o
© o
g w
o
E 0 1 T r 0 E

10A90QU3B 10A90P4V
Tipo de muela

Fig. 74 Influencia del material aglomerante en la fuerza tangencial y en la HPD generada [Bro98].

El estudio realizado por Brockhoff es repetido por Wilke [Wil08] empleando una
profundidad de pasada cinco veces mayor (0,5 mm). En la Fig. 75, se puede observar cdmo,
en este caso, se da el efecto contrario al observado con una profundidad de pasada de 0,1
mm y las fuerzas de corte son mayores en el ensayo con muela vitrea.
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Para entender el origen de éste fenémeno, en la Fig. 76 se muestra una imagen SEM de la
superficie de la muela tras el ensayo. La parte inferior de la imagen se corresponde con la
zona de la muela que no ha estado en contacto con la pieza y en ella se observan un gran
numero de granos abrasivos y huecos en los que poder alojar la viruta eliminada. La parte
superior de la imagen se corresponde con la zona de la muela que ha estado en contacto
con la pieza y ésta muestra una superficie mucho mas lisa y con nimero muy inferior de
granos activos por unidad de area. Este fendmeno se debe a que a temperaturas superiores
a 3002C el aglomerante resinoso comienza a degradarse y los granos se incrustan dentro de
éste. Por el contrario, el aglomerante ceramico de las muelas vitreas presenta una mayor
resistencia a altas temperaturas vy, por ello, este tipo de muelas es el mas empleado para
llevar a cabo el proceso de grind-hardening.

Material: 42CrMo4V Velocidad de corte: 35 m/s
Condiciones de refrigeracion: en seco Velocidad de avance: 8,3 mm/s
Profundidad de pasada: 0,5 mm
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Fig. 75 Influencia del material aglomerante en la fuerza tangencial y en la HPD generada [Wil08].
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Fig. 76 Imagen SEM de la superficie de la muela de aglomerante resinoso. Adaptada de [Wil08].
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I1.5.4. El proceso de grind-hardening en rectificado cilindrico

Una vez que se prueba la viabilidad de utilizar el rectificado plano como un proceso
alternativo de endurecimiento superficial, algunos trabajos de investigacion estudian la
posibilidad de endurecer superficialmente piezas con una geometria de revoluciéon
mediante el rectificado cilindrico [Fri04, Chr05, Sal07, Ngu10b, Kol11, Hyal3]. Sin embargo,
estos trabajos han observado que la HPD generada depende, no sélo de los parametros de
rectificado seleccionados, sino también de la estrategia de mecanizado utilizada. En la Fig.
77 se presentan las diferentes estrategias propuestas en los trabajos de investigacion
analizados.

Fig. 77 Estrategias para la aplicacion del grind-hardening al rectificado cilindrico.

Los primeros trabajos emplean la estrategia utilizada habitualmente para llevar a cabo el
acabado de piezas de revolucion mediante el proceso de rectificado cilindrico en
penetracién (mostrada en la Fig. 77 (a)) [Fri04, Chr05, Sal07, NgulOb]. En este caso, la
muela posee un movimiento de avance en la direccién radial de la pieza mientras ésta gira.
De esta forma, el movimiento relativo entre la muela y la pieza es helicoidal y la
profundidad de pasada varia a medida que avanza el proceso.

Nguyen y Zhang [Ngul0b] proponen utilizar esta estrategia llevando a cabo el proceso en
dos fases. En la primera fase, la muela penetra en la pieza con una velocidad de avance
constante y la profundidad de pasada y el calor generado en la zona de contacto aumentan
a medida que avanza el proceso. En la segunda fase, se detiene el movimiento de avance de
la muela y, como consecuencia, la profundidad de pasada y el calor generado son cada vez
menores. Los autores realizan un ensayo experimental utilizando esta estrategia vy, tras el
proceso, miden la HPD generada en las cuatro posiciones diferentes. Tal y como se presenta
en la Fig. 78, la HPD medida a 902 del punto de entrada de la muela es mas de un 50%
superior a la obtenida en la zona situada a 3602.
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Material: AISI 1045 Velocidad de corte: 26,6 m/s
Muela: 57A60LV Profundidad de pasada: 0,2 mm
Condiciones de refrigeracion: en seco Velocidad de la pieza: 10 mm/s
Diametro de la pieza: 40 mm Velocidad de avance de muela: 0,085 mm/s

— 350

£

= 300

(C

B 250

Q

o

s 200

©

=

v 150

(5]

Q.

& 100

[}

T 50

(i

2

o 0 T T T |

90 180 270 360
Posicidn en la pieza, ¢ (9)

Fig. 78 Profundidad de capa endurecida obtenida por Nguyen y Zhang [Ngu10b] en diferentes puntos
del perimetro de la pieza.

El hecho de que la HPD no tenga un valor constante en todo el perimetro de la seccién
circular de la pieza tiene su origen en dos aspectos. Por un lado, el calor generado varia a lo
largo de todo el proceso ya que la profundidad de pasada no es constante. Por otro lado, al
final de la ultima revolucién de la pieza, se produce un revenido de la martensita generada
en la revolucion anterior ya que el material eliminado es insuficiente para producir la
austenizacidn del material. Cabe mencionar que en este trabajo se echa en falta un analisis
de este efecto.

Kolkwitz et al. [Kol11] proponen la estrategia mostrada en la Fig. 77 (b) con el objetivo de
generar la misma HPD en todo el perimetro de la pieza. Al igual que en el caso anterior, esta
estrategia consta de dos fases. En la primera fase, se restringe el movimiento de la pieza y
la muela penetra en la pieza de forma radial hasta una profundad determinada. A
continuacion, se detiene el movimiento de avance de la muela y el proceso de grind-
hardening se lleva a cabo mediante una Unica revolucién de la pieza.

Mediante esta estrategia, la profundidad de pasada es constante durante la fase de
endurecimiento. Sin embargo, en la zona de la pieza en la que la muela ha penetrado en la
primera fase, no existe material suficiente para poder producir el cambio de fase y el
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material presenta la dureza inicial. En la Fig. 79 se puede observar la zona de entrada y
salida de la muela tras un ensayo realizado con esta estrategia.

Material: AISI 1045 Velocidad de corte: 50 m/s

Muela: 33A100J8 Profundidad de pasada: 1,5 mm
Condic. de refrig: taladrina 3,5 |/min Velocidad de la pieza: 4,17 mm/s
Diametro de la pieza: 100 mm Vel. de avance de muela: 0,67 mm/s
Surface

hardness 720 HV0.1 350 215 733 811

Fig. 79 Evolucidn de la dureza en la superficie de la pieza tras una operacion de grind-hardening
llevada a cabo con la estrategia propuesta por Kolkwitz (adaptado de [Hya13]).

Para evitar este efecto y conseguir endurecer todo el perimetro de la pieza, Hyatt et al.
[Hyal3] proponen la estrategia mostrada en la Fig. 77 (c). Esta estrategia se diferencia de la
propuesta por Kolkwitz et al. (Fig. 77 (b)) en dos aspectos. Por un lado, durante la primera
fase, la muela penetra en la pieza de forma tangencial. Ademas, para conseguir generar
mas calor durante la entrada de la muela, en esta zona de la pieza se deja un sobrematerial
mayor. Sin embargo, al final de la revolucién de grind-hardening, parte del material
endurecido en la fase de entrada de la muela sufre un nuevo proceso de calentamiento.
Como consecuencia, la martensita generada experimenta un proceso de revenido que

disminuye su dureza.

La Fig. 80 muestra la microestructura de la pieza en la zona situada al final de la revolucion
de grind-hardening y la evolucion de la dureza en profundidad tras un ensayo en el que se
ha seguido esta estrategia. Como se puede ver, el material situado hasta una profundidad
de 1,5 mm ha sufrido un endurecimiento. Sin embargo, su dureza es inferior a la esperada si
la microestructura estuviera compuesta por martensita sin revenir (en torno a 750HV).

Los autores plantean que este efecto podrd evitarse de dos formas. En primer lugar,
proponen reducir la duracion del tratamiento térmico aumentando la velocidad de giro de
la pieza al final de la revolucidn de grind-hardening. No obstante, en este trabajo no se
estudia la viabilidad de esta metodologia. Ademas, ha de tenerse en cuenta que el aumento
de la velocidad de giro aumentaria la potencia consumida en el proceso y el calor generado
en la zona de contacto y este efecto complicaria en exceso el control del tratamiento
térmico generado. En segundo lugar, plantean disminuir la temperatura de la pieza que ha
sido endurecida previamente mediante una refrigeraciéon selectiva de esta zona. Cabe
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sefialar que esta opcidn tampoco se estudia en este trabajo y se antoja inviable con los
sistemas de refrigeracidn actuales.

Material: AISI 1045 Velocidad de corte: 50 m/s
Muela: 33A100J8 Profundidad de pasada: 0,75 mm
Condiciones de refrigeracién: taladrina 3,5 |/min Velocidad de la pieza: 4,17 mm/s
Diametro de la pieza: 90 mm Velocidad de avance de muela: 0,67 mm/s
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Fig. 80 Microestructura de la pieza y distribucion de durezas al final de la revolucion de grind-
hardening (adaptado de Hyatt et al. [Hya13]).

Por ultimo, ha de tenerse en cuenta que si se emplea el rectificado cilindrico en
penetracidn, la anchura maxima de la zona a endurecer estara limitada por la anchura de la
muela. De esta forma, si se requiere endurecer una zona de anchura mayor, serad necesario
realizar varias pasadas de grind-hardening solapadas una junto a la otra (ver

Fig. 81). No obstante, en la zona de solapamiento, la dureza del material sera menor ya que
se producirad un revenido de la martensita generada anteriormente.

Martensita revenida [
Martensita sin revenir B3

Rectificado cilindrico en penetracion Rectificado cilindrico a través

Fig. 81 Metodologias para el endurecimiento de una zona de anchura superior a la anchura de la
muela.
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Nguyen et al. [Ngul4] plantean que para conseguir este mismo objetivo también podria
utilizarse el rectificado cilindrico a través (ver Fig. 81). Asi, para estudiar la viabilidad del
proceso, los autores llevan a cabo ensayos con una muela de alumina vitrificada sobre
piezas cilindricas de acero BS 970-EN26 de 50 mm de diametro.

En la Fig. 82 se puede observar la microestructura del material en una seccidon
perpendicular a la velocidad de giro de la pieza. En esta imagen, se aprecian ondas que son
consecuencia del calor generado en cada revolucidn de la pieza. Ademas, en las zonas de
solapamiento (sefialadas en rojo en la figura) la pieza presenta un color mas claro que
indica que la martensita generada en la revoluciéon anterior ha sido revenida. En este
sentido, los autores indican que la dureza del material en la zona de solapamiento es de
410 HV en vez de 720 HV. Por otra parte, la anchura de la zona endurecida en cada
revolucion de la pieza es de aproximadamente 2 mm, siendo muy inferior a la anchura total
de la muela (25 mm). Este resultado indica que la muela no elimina la misma cantidad de
material en toda su anchura y, por ello, su desgaste no sera uniforme.

Material: BS 970-EN26 Velocidad de corte: 63 m/s

Muela: 57A90SV Profundidad de pasada: 0,3mm
Condiciones de refrigeracién: en seco. Velocidad de giro de pieza: 0,021mm/s
Diametro de la pieza: 20 mm Velocidad de avance de pieza: 0,33 mm/s

Fig. 82 Microestructura de la pieza tras una operacion de grind-hardening mediante rectificado
cilindrico a través (adaptado de [Ngu14]).

Asi mismo, se ha de tener en cuenta que la muela se embotard con facilidad ya que el
proceso se lleva a cabo en seco. Ademas, como consecuencia de las elevadas temperaturas
en la zona de contacto, el material de la pieza presentara un comportamiento muy ductil y
esto favorecerd el embotamiento de la muela. En este sentido, en la Fig. 83 se muestra el
estado de esta misma pieza una vez terminado el ensayo de grind-hardening. Tal y como se
puede ver, parte del material se ha fundido durante el proceso y ha quedado adherido a la
superficie de la pieza. Bajo estas condiciones tan agresivas, cabe esperar que la muela haya
sufrido un embotamiento severo, sin embargo, en este trabajo no se muestra el estado de
la muela tras el proceso.

Por ultimo, debe tenerse en cuenta, que los autores Unicamente rectifican una longitud de
pieza de aproximadamente 50 mm y no estudian si el proceso puede llegar a inestabilizarse
como consecuencia del embotamiento progresivo de la muela. Por lo tanto, a pesar de
Nguyen et al. concluyen que es viable aplicar el grind-hardening mediante el rectificado
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cilindrico a través, no es posible realizar esta afirmacién sin es estudiar el proceso de
desgaste de la muela en mayor profundidad.

. '~!Jfb1-,fa+. -;’,;{,m‘;‘,,‘,,;

Fig. 83 Estado de la pieza mostrada en la Fig. 82 tras la operacion de grind-hardening [Ngu14].

I1.5.5. Integridad superficial de piezas endurecidas mediante
grind-hardening

Las caracteristicas de la superficie de la pieza afectaran a la vida en servicio de ésta. Por
ejemplo, propiedades como la resistencia a fatiga, la resistencia a la corrosiéon o la
resistencia al desgaste se ven afectadas por la integridad de superficial de la pieza. En
concreto, estas propiedades dependen de aspectos como la microestructura del material, la
dureza, el estado de tensiones residuales o la rugosidad superficial de la pieza, entre otros.

En los siguientes apartados, se hard una revision de los trabajos que han analizado las
caracteristicas de la superficie de la pieza en piezas de acero endurecidas mediante grind-
hardening. A continuacién, se presentaran los resultados de los trabajos que han estudiado
su resistencia al desgaste.

I1.5.5.1. Microestructura del metal
La microestructura del acero tras el proceso de endurecimiento dependerd de su

composicién quimica, de su estructura metallrgica inicial y de la evolucion de la
temperatura durante el proceso. Sin embargo, varios autores han observado una
caracteristica comun en la microestructura de la capa superficial endurecida mediante
grind-hardening: los granos de martensita, que tienen la apariencia de ldminas o agujas, son
de menor tamafio que los producidos en un proceso de temple en horno. En la Fig. 84 se
muestra, a modo de ejemplo, la microestructura de un acero AISI 1045 endurecido
mediante un proceso de temple en horno (Fig. 84a) y mediante un proceso de grind-
hardening (Fig. 84b).

El refinamiento de la estructura martensitica afecta directamente a la dureza y a la
resistencia del material. Este efecto se debe a que las estructuras con un menor tamafio
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poseen un mayor area en los limites de fase y, por lo tanto, el material se vuelve mas duroy
resistente. Asi, numerosos autores han observado que la dureza maxima del material tras el
proceso de grind-hardening es en torno a un 15% superior a la que se obtendria en un
proceso de temple en horno [Bro99, Zar02, Fri07, Wil08, Sal07, Fo6c12, Hyal3]. Cabe
destacar el trabajo de Nguyen et al. [Ngu07] en el que tras una pasada de grind-hardening
donde la pieza se refrigera mediante nitrégeno liquido, se obtiene una dureza en la
superficie un 45% mayor a la de un proceso de temple en horno. No obstante, éste es el
Unico trabajo en el que se ha alcanzado una dureza tan elevada.

10 um 10 um
I =

Fig. 84 Microestructura de un acero AISI1045 tras un proceso de temple en horno (a) y tras un proceso
de grind-hardening (b) (adaptado de [Ngu07]).

Zarudi y Zhang [Zar02] llevan a cabo ensayos de grind-hardening sobre piezas de acero
42CrMo4 y observan que el tamafo de grano de la martensita aumenta a medida que se
toman puntos mas alejados de la superficie. A partir de este resultado, plantean que este
fendmeno se debe a que existe un mayor numero de dislocaciones en la superficie de la
pieza y que éstas actuan como puntos de nucleacién de los granos de martensita. Ademas,
proponen que las elevadas tensiones termo-mecanicas en la superficie durante el
rectificado seran las que originen un mayor numero de dislocaciones en esta zona de la
pieza.

No obstante, en un trabajo anterior, Kajiwara [Kaj86] estudia el proceso de formacidn de la
martensita y concluye que las dislocaciones no actian como puntos de nucleacién. Sin
embargo el autor observa que los bordes de granos si actian como puntos de nucleacidn.
De esta forma, la presencia de una austenita de menor tamafio en la superficie antes del
enfriamiento podria ser la razén por la cual se generan granos de martensita de menor
tamafio.

I1.5.5.2. El estado de tensiones residuales
Las tensiones residuales presentes en la superficie de la pieza tras un proceso de rectificado

tienen su origen en los siguientes efectos:
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1. La deformacién plastica generada por la accion mecdnica de los granos de la
muela.
Las tensiones originadas por los altos gradientes térmicos.
Los cambios de fase metallrgicos originados por las altas temperaturas en la pieza.

Para poder ilustrar la accion de cada uno de estos tres efectos, en la Fig. 85 se muestra el
patron que poseeria la distribucién de tensiones residuales tras la operacion de rectificado
en el caso en el que predominard cada uno de ellos.

Tension residual

Profundidad bajo la superficie

Fig. 85 Patrones de tensiones residuales tras una operacion de rectificado

El primer patrén muestra el efecto de la accidn mecanica de los granos de la muela. Debido
a las fuerzas de compresion producidas por los granos durante el rectificado, la zona
superficial de la pieza se comprime y se produce una deformacién plastica de ésta (ver Fig.
86). Al no recuperarse completamente esta deformacidn, se generan tensiones residuales
de compresion en la superficie. En el caso en el que las temperaturas durante el proceso de
rectificado no sean elevadas, la accion mecanica de los granos sera predominante y las
tensiones de compresion mejoraran la vida en servicio de la pieza.

Tensiones residuales de
compresion

0000 0000 0000

Estado inicial Compresion Estadofinal

Fig. 86 Generacion de tensiones residuales en la superficie por el efecto de la accion mecdnica
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Con el objetivo de ilustrar el efecto de la mecanica de la muela, la Fig. 87 muestra una
micrografia de la zona superficial de una pieza de acero tras un proceso de rectificado. En
ésta pude apreciarse como, por efecto de la deformacién plastica, los granos de la ferrita
presentes en la superficie se encuentran orientados en la direccidn de la velocidad de la
muela.

., L Direccion de rectificado
Deformacién plastica

Fig. 87 Deformacion pldstica de la superficie de la pieza por el efecto de la accion mecanica de la
muela (adaptado de [Ngu10b]).

El segundo patréon muestra el efecto los gradientes térmicos en la pieza. Tal y como se ha
descrito anteriormente, durante el proceso la zona superficial presenta una mayor
temperatura que el material que se encuentra en el interior de la pieza. Como consecuencia
de ello, la expansion del material de la superficie es impedida por el que se encuentra en el
interior de la pieza y se generan tensiones de compresidn en la zona superficial. Si estas
tensiones superan la tension de fluencia del material, durante el enfriamiento, se generaran
tensiones residuales de traccion en la superficie. La presencia de este tipo de tensiones
residuales en la superficie sera perjudicial para la vida de la pieza y, por lo tanto, deberd
evitarse su aparicion durante el acabado de las piezas endurecidas mediante grind-
hardening.

El tercer patrén muestra el efecto de un cambio de fase metaltrgico en la superficie de la
pieza. Durante el cambio de fase, el material experimentara un cambio de volumen al que
se opondra el material de la pieza a mayor profundidad que no ha sufrido ninguna
transformacién metalirgica (ver Fig. 88) y, por ello, el estado de tensiones residuales se
vera modificado. En el caso de los aceros endurecidos mediante grind-hardening, la nueva
fase martensitica ocupara un mayor volumen que la fase ferritica-perlitica original y, como
consecuencia, se generaran de tensiones residuales de compresién en la superficie.
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M Tensiones residuales
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Fig. 88 Generacion de tensiones residuales en la superficie por el efecto del cambio de fase
metalurgica.

A pesar de la importancia del estado de tensiones residuales en la pieza, son pocos los
trabajos en los que se ha llevado a cabo este tipo de medidas sobre piezas endurecidas
mediante grind-hardening. La mayoria de los trabajos ([Bri96], [Bro99], [Wil08] y [Ngu14])
han observado una distribucion de tensiones residuales con patrones como los mostrados
en la Fig. 89. Tal y como se puede observar, las tensiones residuales hasta una profundidad
igual a la HPD son de compresion. A profundidades mayores, se observan tensiones de
traccion que compensan las fuertes tensiones de compresidn en la superficie. A partir de
este resultado, puede concluirse que, durante el grind-hardening, el cambio de fase es el
principal mecanismo de generacién de tensiones residuales. Sin embargo, en el trabajo de
Nguyen et al. [Ngu07] se han observado patrones de tensiones residuales diferentes tras
realizar ensayos en los que Unicamente se varian las condiciones de refrigeracion. En los
ensayos con fluido de corte, los patrones de tensiones residuales son similares a los de la
Fig. 89. Sin embargo, si se elimina el fluido de corte, se observan tensiones de traccion en la
zona endurecida en vez de tensiones de compresidn. Ante esto, los autores plantean que,
en este caso, los gradientes térmicos en la superficie son el mecanismo de formacién de
tensiones residuales predominante. No obstante, éste es el Unico trabajo en el que se ha
observado este efecto.

Por ultimo, cabe mencionar que no se ha encontrado ningun trabajo en el que se estudie la
influencia de los parametros de rectificado o de la muela utilizada en la distribucién de
tensiones residuales.
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Material: 42CrMo4V Velocidad de corte: 35 m/s
Muela: 10A 90 QU 3BH52 Velocidad de avance: 8,33 mm/s
Condiciones de refrigeracién: en seco.
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Fig. 89 Distribucion de tensiones residuales tras una operacion de grind-hardening [Bro99].

I1.5.5.3. Rugosidad superficial
La topografia superficial de las piezas rectificadas es consecuencia de los numerosos

procesos de corte generados en la interaccion de los granos de la muela con la pieza. A
modo de ejemplo, en la Fig. 90 se muestra una imagen SEM de la superficie de una pieza
tras un proceso de rectificado plano. En la imagen, se pueden identificar surcos en la
direccién del movimiento relativo entre los granos y la pieza. Ademas, también se puede
observar que una parte del material ha sido desplazada hacia los laterales del surco durante
el proceso de corte. La cantidad de material desplazada sera mayor en el caso de rectificar
materiales ductiles ya que, en estos casos, la adhesion entre el grano y el material
rectificado es superior. No obstante, cabe seialar, que la cantidad de material desplazado
hacia los laterales disminuird al emplear un fluido de corte por dos razones. En primer lugar,
se reducird la adhesidn entre el grano y el material de la pieza como consecuencia de la
accion lubricante del fluido. Ademads, debido a su accidn refrigerante, la temperatura
superficial disminuird y la ductilidad del material sera menor.
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Fig. 90 Imagen SEM de la superficie de una pieza de acero rectificada con una muela de alimina y
taladrina [Mal08].

En los procesos de rectificado plano industriales, la muela pasa sucesivamente sobre la zona
rectificada durante las ultimas pasadas sin variar la posicion en altura de su centro de giro
(proceso conocido como “apagado de chispa”). Durante este proceso, la muela va
eliminando progresivamente las prominencias dejadas por las pasadas anteriores de forma
que disminuye la rugosidad superficial de la pieza (ver Fig. 91). Como consecuencia de este
efecto, el valor de la rugosidad media Ra en una pieza rectificada puede ser de hasta 0,025

pm.
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Fig. 91 Evolucion del perfil de la pieza en la direccion transversal al avance de ésta como consecuencia
de las sucesivas pasadas de apagado de chispa.

A diferencia de otros procesos de rectificado, el proceso de grind-hardening se realiza en
una Unica pasada. Ademas, el material de la pieza presente en la zona de contacto posee
una temperatura préxima a su temperatura de fusién y, debido al aumento de su ductilidad
y a la ausencia de fluido de corte, el embotamiento de la muela se produce con mayor
facilidad. En el caso en el que el embotamiento sea excesivo, parte del material alojado en
ésta puede ser redepositado en la pieza empeorando su acabado superficial. Como
consecuencia de estos efectos, en estudios anteriores del proceso de grind-hardening se
han obtenido valores de rugosidad media Ra comprendidos entre 0,94 y 5 um [Bro98,
Ngu07, Wil08].
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El proceso de grind-hardening se realiza habitualmente en seco, sin embargo, Nguyen et al.
[Ngu07] estudian el efecto que posee el empleo de fluido de corte en el acabado superficial
de la pieza. En la Fig. 92, se muestran dos imagenes SEM en las que se puede observar la
superficie de la pieza tras realizar el mismo ensayo en seco y con fluido de corte. En la
imagen correspondiente al ensayo en seco (Fig. 92a) se puede identificar una zona en la que
existe material redepositado en la pieza. Ademas, la presencia de virutas con forma
esferoidal indica, que las temperaturas alcanzadas en la zona de contacto se encuentran
proximas a la temperatura de fusion del material. Por el contrario, en la imagen
correspondiente al ensayo con fluido de corte (Fig. 92b), no se observa material
redepositado y se pueden identificar facilmente los surcos generados en la accién de corte
de los granos. No obstante, se ha de tener en cuenta que, a pesar de que la introduccidn de
fluido de corte mejora el acabado superficial de la pieza, la fraccidn de calor evacuada hacia
la pieza se reduce. Asi, en el ensayo en seco, los autores observan que existe una capa
endurecida de en torno a 0,3 mm, mientras que la probeta correspondiente al ensayo con
fluido de corte no presenta endurecimiento alguno.

Virutas esferoidales

Ra=0,25 um

§
3

N

a.- Rectificado en seco b.- Rectificado con fluido de corte

Fig. 92 Imdgenes SEM de la superficie de la pieza tras los ensayos realizados por Nguyen et al.
Adaptado de [NguO07].

Por ultimo, cabe sefialar que el objetivo del grind-hardening no es obtener un buen
acabado superficial sino generar un endurecimiento de la pieza. No obstante, la principal
ventaja de este proceso radica en que el proceso de rectificado necesario para obtener el
acabado superficial y la precision dimensional requeridos puede realizarse en la misma
magquina, reduciendo costes y tiempos de proceso.

I1.5.5.4. Resistencia al desgaste de piezas endurecidas mediante grind-
hardening.

Otra de las caracteristicas a analizar en el estudio de la calidad de las piezas endurecidas

por grind-hardening es su resistencia al desgaste. Brockhoff presenta el primer trabajo en el
que se evalua la mejora en la resistencia al desgate lograda tras un proceso de grind-
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hardening [Bro99]. Para ello, el autor lleva a cabo ensayos de ball-on-disc sobre discos de
acero 100Cr6 cuya superficie plana es endurecida previamente mediante una pasada de
grind-hardening.

En la Fig. 93, se compara la evolucidn de los ensayos de desgaste realizados sobre una pieza
sin endurecer y sobre una pieza endurecida mediante grind-hardening. Tal y como se puede
ver, la profundidad de la huella en las piezas de grind-hardening es muy inferior a la de la
pieza sin endurecer. A pesar de la importante mejora en la resistencia al desgaste, se echa
en falta una comparacion de estos resultados con los obtenidos en piezas endurecidas
mediante otros métodos industriales de endurecimiento superficial como, por ejemplo, el
temple por induccidn o el temple laser.

Material: 100Cr6 Velocidad de corte: 35 m/s
Muela: 10A 90 QU 3BH52 Profundidad de pasada: 0,1 mm
Condiciones de refrigeracién: en seco Velocidad de avance: 8,33 mm/s
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Fig. 93 Resultados de los ensayos de ball-on disc realizados por Brockhoff [Bro99].

En el trabajo de Brockhoff, Unicamente se estudian piezas en las que la anchura endurecida
mediante grind-hardening es inferior a la anchura de la muela. Sin embargo, en el caso en el
que se requiera endurecer una superficie de anchura mayor, sera necesario realizar varias
pasadas de grind-hardening solapadas (ver Fig. 94). Durante este proceso, parte de la
martensita generada en la anterior pasada serda sometida de nuevo a un proceso de
calentamiento. Asi, la martensita presente en la zona de solapamiento sera re-austenizada.
Sin embargo, una parte de la martensita re-calentada no alcanzara la temperatura
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necesaria para producir la re-austenizacion del material y, como consecuencia, se producira
un proceso de revenido que disminuira su dureza. Este efecto puede afectar a la resistencia
al desgaste de la pieza endurecida.

Revenido

Dureza en la superficie (HV)

> 2

b, (primera pasada) |
>

A

L b, (segunda pasada)

<

v

Fig. 94 Dureza en la superficie tras dos pasadas de grind-hardening superpuestas.

Wilke [Wil08] presenta un trabajo en el que se hace un estudio mds completo de la
resistencia al desgaste de las piezas endurecidas mediante grind-hardening. A diferencia del
trabajo de Brockhoff [Bro99], éste tiene los siguientes objetivos:

Analizar el efecto de los parametros de corte en la resistencia al desgaste.
Comparar la resistencia al desgaste de piezas endurecidas mediante grind-
hardening con piezas endurecidas mediante temple por induccion.

3. Analizar el efecto de la zona de solapamiento en la resistencia al desgaste.

El autor lleva a cabo ensayos de ball-on-disc sobre discos de acero 42CrMo4V en los que la
superficie de la pieza ha sido endurecida mediante dos pasadas de grind-hardening que se
solapan (ver Fig. 95). Tras las dos pasadas de grind-hardening, las rugosidad media Ra de las
piezas se encuentra entre 7 y 15 pum. Con el objetivo de mejorar su acabado superficial, se

lleva a cabo un rectificado fino de las piezas consiguiendo una rugosidad media Ra inferior a
0,5um.
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Fig. 95 Probetas para ensayo de desgaste ball-on-disc (adaptado de [Wil08]).

En primer lugar se estudia la influencia de los parametros de rectificado en la resistencia al
desgaste de piezas endurecidas mediante grind-hardening. Las combinaciones de
parametros empleados se muestran en la Tabla 4. En este caso, el ensayo de ball-on-disc se
realiza de tal forma que la trayectoria recorrida por la muela se encuentra sobre la zona
endurecida en la primera pasada sin alcanzar la zona de solapamiento.

Tal y como puede observarse en la Tabla 4, la profundidad de la huella en los ensayos de
grind-hardening es muy similar en todos los casos. Cabe mencionar que Unicamente se
analizan tres casos de grind-hardening, por lo que seria conveniente estudiar mas
combinaciones para observar el efecto de la variacién con cada uno de los tres parametros
del proceso. No obstante, la resistencia al desgaste es comparable a la obtenida tras un
endurecimiento superficial de la pieza mediante un proceso de temple por induccién. Este
resultado confirma, de nuevo, la aplicabilidad del grind-hardening como un método
alternativo de endurecimiento superficial.

Por otro lado, para observar el efecto de la zona solapamiento, se repite el ensayo de ball-
on disc sobre las probetas correspondientes caso B aumentando el radio de la trayectoria
de la bola para que se alcance la zona de solapamiento. La profundidad de la huella medida
en esta zona es de 12 um. A partir de este resultado, puede concluirse que el revenido
producido durante la segunda pasada de grind-hardening disminuye la resistencia al
desgaste de la pieza. Por ello, éste proceso ha de realizarse siempre que sea posible
mediante una Unica pasada.
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CASO ER Vo Vg HPD Dureza Prof. huella
(mm) | (mm/s) | (m/s) | (mm) | superficial (HV) (1um)
Sin endurecer - - - 0 277 59
Grind-hardening (A) | 0,1 8,33 35 0,95 721 7
Grind-hardening (B) | 0,1 8,33 80 0,14 764 5
Grind-hardening (C) | 0,5 33,33 35 0,62 740 6
Induccion - - - 2,25 697 8
Tabla 4 Casos analizados por Wilke para el estudio del desgaste de piezas endurecidas por grind-
hardening [Wil08].

I1.5.6. Precision dimensional de la pieza tras el endurecimiento de
piezas planas mediante grind-hardening

Tal y como se ha comentado previamente, los componentes que son sometidos a una
operacion de rectificado poseen requisitos muy estrictos respecto a las tolerancias
dimensionales de la pieza. Asi, en el caso de piezas planas, es de especial interés la planitud
final de la superficie rectificada.

En este sentido, varios autores [Zadh01, Zhal5] han observado que, tras la operaciéon de
grind-hardening, la superficie rectificada presenta una geometria en forma de “U” (ver Fig.
96). Ademas, para las diferentes condiciones de rectificado estudiadas, se ha medido la
diferencia de altura entre los extremos de la pieza y la zona central (indicado como PV en la
Fig. 96) y se han obtenido valores desde 30 hasta 200 um.

Este efecto podria tener su origen en las elevadas temperaturas alcanzadas por la pieza
durante el grind-hardening. Asi, a medida que avanza el proceso, la dilatacién progresiva de
la pieza provocara que la profundidad de pasada real sea mayor. Tras el enfriamiento, la
zona en la que se ha eliminado mas material presentara una desviacion mayor respecto de
la superficie plana tedrica.

Del mismo modo, se ha de tener en cuenta que la dilatacion de la pieza también afectara a
las fuerzas de corte, al calor generado en la zona de contacto y, como consecuencia, a la
HPD generada. Asi, en un trabajo reciente Zhang et al. [Zha15] han observado cémo la HPD
sigue la misma evolucién que la geometria de la superficie rectificada. A modo de ejemplo,
en la Fig. 97 se muestran los valores de ambos parametros para dos de los ensayos
realizados. Este resultado es coherente con el planteamiento anterior ya que en las zonas
en las que se ha eliminado una mayor cantidad de material, la cantidad de calor generado
ha de ser mayor.

Por consiguiente, sera necesario llevar a cabo una operacion final de rectificado para lograr
la precision dimensional requerida. Ademas, mediante este proceso, se mejorara también
el acabado superficial de la pieza.

124



Unai Alonso Pinillos

Material: 100Cr6
Muela: A80 HH 9V
Condiciones de refrigeracion: taladrina 25 I/min

Velocidad de corte: 35 m/s
Profundidad de pasada: 0,5 mm
Velocidad de avance: 10 mm/s
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Fig. 96 Errores de planitud en la pieza antes y después de un ensayo de grind-hardening [ZGh09].
Material: 40Cr (China) (AISI 5140) Velocidad de corte: 30 m/s
Muela: WA60L6V Profundidad de pasada: 0,05 mm
Condiciones de refrigeracién: en seco Velocidad de avance: 10 mm/s
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Material: 40Cr (China) (AISI 5140)
Muela: WA60L6V
Condiciones de refrigeracién: en seco

Velocidad de corte: 30 m/s
Profundidad de pasada: 0,1 mm
Velocidad de avance: 20 mm/s
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Fig. 97 Relacion entre la HPD generada y la geometria de la superficie rectificada [Zha15].
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I1.5.6 Modelizacion del proceso de grind-hardening

La modelizacidn del proceso de grind-hardening ha sido el objetivo de numerosos estudios
de investigacion en la ultima década. En este apartado, se hara una revisién de los modelos
desarrollados para simular el endurecimiento superficial de piezas planas mediante grind-
hardening.

El primer modelo del proceso de grind-hardening aplicado al rectificado plano es el
desarrollado por Wilke [Wil08]. El autor, parte de la hipdtesis de que todo el material que
haya superado la temperatura de inicio de las austenizacion (Tac1) presentara siempre una
fraccion de fase martensitica y su dureza sera mayor a la del material de partida. De esta
forma, propone estimar la HPD determinando la profundidad maxima a la que se haya
superado la temperatura de austenizacion Tac;. Cabe mencionar que la consideracién de
esta hipotesis resulta razonable en el proceso de rectificado ya que, como consecuencia de
la conduccion de calor hacia dentro de la pieza, la tasa de enfriamiento sera muy elevada y
superara la necesaria para la produccién de la fase martensitica. Por consiguiente, para
emplear esta metodologia Unicamente sera necesario modelizar térmicamente el proceso.

Para la construccion del modelo térmico, Wilke plantea que la temperatura alcanzada por el
material que no va a ser eliminado sera la verdaderamente importante de cara a predecir la
HPD vy, por ello, decide no incluir la geometria del material a eliminar en el modelo.
Ademas, se desprecia la conduccién hacia los laterales de la pieza y el proceso se modeliza
en dos dimensiones. No obstante, el grind-hardening es un proceso de rectificado con alta
profundidad de pasada y el efecto del calor eliminado por la viruta ha de ser tenido en
cuenta. La forma en la que el autor considera este efecto sera descrita mas adelante.

La definicion del modelo es analoga a la planteada por Des Ruisseaux y Zerkle [Des70a]. El
efecto del calor generado durante el proceso es considerado como una fuente de calor de
distribucion uniforme que recorre la superficie acabada de la pieza. Si bien el autor no
explica el porqué de esta eleccién, el objetivo del modelo sélo es predecir la temperatura
maxima en la pieza a una profundidad determinada y, por consiguiente, la consideracién de
este tipo de distribucidn de calor proporcionara resultados proximos a la realidad. Por otro
lado, el calor evacuado por conveccion por el fluido de corte es simulado mediante la
consideracién de una condicion de contorno de conveccién en la superficie de la pieza.

Una vez definido el modelo, su calibracion se lleva a cabo variando la fraccion de calor
evacuada hacia la pieza (R,,) hasta que la HPD predicha coincide con la real. Sin embargo, la
particularidad de este trabajo es que Wilke plantea que R,, no tendra un valor Unico, sino
que dependerd de las condiciones de rectificado seleccionadas. Asi, el autor estudia la
evolucion de la fraccion de calor evacuada hacia la pieza para distintas combinaciones de
parametros.
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Tal y como se puede ver en la Fig. 98, los valores de R,, obtenidos disminuyen a medida que
la profundidad de pasada aumenta. Este efecto se debe a que el volumen de material
eliminado es mayor y como consecuencia, se evacuara mas calor hacia la viruta. De esta
forma, mediante la consideracion de un valor de R, menor a medida que aumenta la
profundidad de pasada se esta teniendo en cuenta el efecto del aumento de la fraccidn de
calor evacuado hacia la viruta Rg,. Por ultimo, cabe indicar, que el autor no estudia la
validez del modelo mediante la comparacion de los valores de HPD predichos por éste con
datos experimentales distintos a los empleados en la calibracién de Ry,.
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Fig. 98 Calibracion del factor de calor evacuado hacia la pieza realizado por Wilke (adaptado de
[Wilos])

Nguyen y Zhang [NgulOa] también presentan un modelo en el que la HPD se estima
Unicamente a partir de la modelizacion térmica del proceso. Sin embargo, en este caso, se
propone cuantificar la HPD a partir de la determinacién de la profundidad maxima en la que
se ha superado la temperatura a la que finaliza el proceso de austenizacion (Tacs). En este
sentido, cabe sefialar, que el material que ha sido parcialmente austenizado también habra
aumentado su dureza y, de esta forma, serd mas adecuado considerar la temperatura de
inicio de la austenizacion (Tac1).

Por otra parte, en la definicion del modelo no se considera la cantidad de calor evacuada
por la viruta. No obstante, a diferencia del modelo de Wilke [Wil08], se propone estimar R,
de forma tedrica a partir del trabajo desarrollado por Malkin para rectificado convencional
[Mal08]. Esta eleccidn no es adecuada ya el valor de este parametro depende fuertemente
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de las condiciones del proceso. Ademas, los resultados del modelo Unicamente se
comparan con los datos de un ensayo de grind-hardening y se echan en falta mas ensayos
que prueben la validez de la metodologia planteada.

Por ultimo, cabe mencionar, que los autores siguen una metodologia similar para modelizar
el proceso de rectificado cilindrico en penetraciéon [Ngu10b]. No obstante, en este caso, si
se considera la fraccién evacuada por la viruta en la definicién del modelo y se toma como
parametro de calibracion la fraccion de calor evacuada hacia el conjunto de la pieza y la
viruta (Rw,ch). En este caso, R, es estimado mediante la comparacién de la temperatura
predicha por el modelo con la medida experimentalmente mediante termopares. De esta
forma, los autores proponen emplear un valor de Ry, entre 0,38 y 0,68 para simular el
proceso de grind-hardening. No obstante, en este caso tampoco se estudia la validez del
modelo mediante la comparacion de los valores de HPD predichos por éste con datos
experimentales y los autores no indican qué valor de Ry, ., ha de considerarse en cada caso.
En este sentido, se ha de tener en cuenta que los resultados obtenidos serdan muy
diferentes si se toma un valor de R,, ., de 0,38 o de 0,68.

Por su parte, Zah et al. [ZGh09] presentan un trabajo en el que la HPD es obtenida mediante
el calculo de la distribucidon de durezas en la pieza. Asi, el modelo desarrollado consta de
dos etapas: la modelizacion térmica del proceso y el cdlculo de la dureza a partir de la
distribucion de temperaturas obtenida.

Por lo que se refiere al modelo térmico, los autores emplean el método de los elementos
finitos para representar la geometria de la pieza en tres dimensiones y al igual que en los
trabajos de Wilke [Wil08] y Nguyen et al. [Ngu10a], el material a eliminar no se incluye en el
modelo. Asi mismo, se lleva a cabo un analisis experimental de la evolucidon de las fuerzas
de corte en la zona de contacto empleando la metodologia propuesta previamente por
Schneider [Sch99] (ver apartado 11.3.2.2.). A partir de los resultados obtenidos, los autores
concluyen que la forma mas adecuada de repartir en calor en la zona de contacto seria
mediante una distribucion triangular rectangular. Por otra parte, cabe indicar, que los
autores emplean fluido de corte durante los ensayos de grind-hardening y, por ello, deciden
introducir una condicién de contorno de conveccidn en la cara superior de la pieza.

A continuacién la distribucidn de durezas en la pieza es obtenida a partir de la cuantificacién
de la fraccion de cada una de las fases metalurgicas presentes en el material a medida que
avanza el proceso. Asi, durante la dase de calentamiento, la cantidad de material
austenizado se estima utilizando el método de Leblond y Devaux [Leb84] y, durante el
enfriamiento, la evolucién de las fases presentes se consideran mediante dos métodos
diferentes. Por un lado, la transformacién difusiva (austenita en perlita) es simulada
mediante el modelo de Johnson-Mehl-Avrami [Joh39] y, por otro lado, la transformacion
desplazativa (austenita en martensita) es simulada mediante el modelo de Koistinen vy
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Marburger [Koi59]. Cabe mencionar que los autores tienen en cuenta el efecto que la
velocidad de calentamiento tiene en las temperaturas de cambio de fase.

La calibracion del modelo es realizada mediante la comparacion de los valores de la HPD
predichos por el modelo con los reales. En este sentido, los autores comentan que se
consideran dos parametros de calibracién: la fraccién de calor evacuada hacia la pieza (Ry) ¥
el coeficiente de conveccion. No obstante, en el articulo no queda suficientemente
explicado cdmo se realiza esta calibracién.

En la Fig. 99 se presentan los valores de ambos parametros tras la calibracion. Cabe
mencionar que, a pesar de que no se ha considerado el volumen de material eliminado, la
fraccion de calor evacuada hacia la pieza no depende de la profundidad de pasada
seleccionada. Este resultado podria indicar que el método que se ha utilizado para calibrar
el modelo no es correcto. De nuevo, los autores no llevan a cabo una validacion del modelo
ni estudian la precision de los resultados predichos por éste.

8

14
®
o

Coeficinete de conveccion

10,
mm?¥(mm s)

o
®
o

10
7e mm*¥(mm s)

0.1
0243

Frac. de calor evacuada hacia la pieza (R,)
o
8

04 05 ie 5
607 4 Q' (mm3/mm s) Q' (mm3/mms)

a,(mm) m S

Fig. 99 fraccion de calor evacuada hacia la pieza y coeficiente de conveccion tras la calibracion
[Z&h09].

Fockerer et al. [Foe12] presentan un trabajo cuyo objetivo principal es representar el efecto
del desgaste de la muela en la HPD generada. Debido a las elevadas fuerzas de rectificado,
el desgaste radial de la muela es muy superior al que se produce en el rectificado
convencional. Si los parametros de rectificado se mantienen constantes a lo largo de la
pasada de rectificado, la fuerza de corte y el calor generado variaran durante el proceso
(ver Fig. 100). Como consecuencia, la HPD generada no serd uniforme a lo largo de la pieza.

Para analizar este efecto, los autores realizan un modelo térmico de elementos finitos cuya
principal aportacion es la consideracion de una fuente de calor cuyo valor varia durante el
proceso (ver Fig. 100). Asi, partiendo de la evolucién de la fuerza tangencial durante la
pasada de rectificado, los autores deciden considerar una variacion lineal de la fuente de
calor a lo largo del proceso.
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Fig. 100 Variacion de las fuerzas de rectificado durante el grind-hardening y modelo de Féckerer et al.
[Foc12].

Para analizar este efecto, los autores realizan un modelo térmico de elementos finitos cuya
principal aportacidn es la consideracidn de una fuente de calor cuyo valor varia durante el
proceso (ver Fig. 100). Asi, partiendo de la evolucién de la fuerza tangencial durante la
pasada de rectificado, los autores deciden considerar una variacion lineal de la fuente de
calor a lo largo del proceso.

La metodologia empleada en este trabajo para estimar la HPD es la misma que en el trabajo
de Zah et al. [Zah09]. Asi, se modeliza térmicamente el proceso y, a continuacion, la HPD es
obtenida a partir del calculo de la distribucion de durezas en la pieza. No obstante, a
diferencia de los trabajos anteriores, el efecto del calor evacuado por la viruta es
representado mediante la modelizacién del material a eliminar. Asi mismo, se considera un
valor constante de 0,9 para la fraccidn de calor evacuada hacia la pieza y la viruta (Ry,ch).

Por otra parte, cabe sefialar, que los autores emplean fluido de corte en sus ensayos. Asi, el
calor evacuado por esta via es representado mediante la introduccidn de una condicion de
contorno de conveccion.

En este caso, la calibracién se lleva a cabo a través el ajuste del coeficiente de conveccion.
No obstante, su valor es obtenido Unicamente mediante la comparacion de la HPD predicha
por el modelo con la obtenida en un ensayo experimental y en una zona de la pieza. Por
ultimo, la validacion del modelo es realizada comparando los valores de HPD estimados en
diferentes zonas de la pieza con los valores reales (ver Fig. 101).

Tal y como se puede ver, el modelo representa correctamente la evolucién de la HPD a lo
largo de la pieza de forma cualitativa. Sin embargo, los errores relativos entre los valores
estimados y los reales llegan a ser en algunos casos de hasta el 24%. En este sentido, cabe
indicar, que la consideracion un mayor numero de condiciones experimentales durante la
calibracién mejoraria los resultados del modelo.
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Fig. 101 Comparacion de la evolucion de profundidad de capa endurecida (HPD) experimental con la
predicha por el modelo de Fockerer et al. (adaptado de [Foc12]).

El mismo autor presenta en [F6c13] un modelo analitico que pretende reducir el coste
computacional del modelo numérico desarrollado en el trabajo anterior [F6c12]. Sin
embargo, el objetivo de este trabajo Unicamente es obtener una estimacién de la HPD
generada en el centro de la pieza. No obstante, se ha de tener en cuenta, que la
consideracién de la variacién del calor generado o de los estados térmicos transitorios en el
inicio y final del rectificado complicaria el modelo en exceso.

Al igual que en el trabajo anterior [F6el2], la HPD se determina a partir del calculo de la
distribucion de durezas en la pieza. En este caso, sin embargo, el proceso de austenizacion
se considera de una manera simplificada. Los autores parten de la hipdtesis de que, debido
a los altos gradientes térmicos presentes durante el calentamiento, no es necesario
estudiar la evolucion de la fase austenitica a lo largo del tiempo. Asi, proponen estimar la
cantidad de material austenizado considerando Unicamente la temperatura mdxima
alcanzada y una velocidad de calentamiento aproximada. Esta velocidad de calentamiento
es calculada considerando un aumento lineal de la temperatura tal y como se muestra en la
Fig. 102. Por lo que se refiere al método utilizado para calcular la fraccion de material
austenizado, se emplea también el desarrollado por Leblond [Leb84]. En este caso, sin
embargo, el autor considera que la velocidad de enfriamiento es suficientemente elevada
para que todo el material austenizado se transforme en martensita.
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Fig. 102 Simplificacidn de la zona de calentamiento considerada por Féckerer et al. [F6c13].

Para la definicién del modelo térmico, se parte del trabajo de Des Ruisseaux y Zerkle
[Des70a, Des70b] y se propone la expresion analitica mostrada en la Ec. 80 para calcular el
campo de temperaturas en toda la pieza rectificada.
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En cuanto a la definicién de R, , se considera un valor constante e igual a 0,9 para la
definicion del flujo de calor evacuado hacia la viruta (qy, ). Sin embargo, en la definicién
del modelo térmico no se tiene en cuanta el calor evacuado por el material eliminado y, por
ello, se propone considerar este efecto sustrayendo de la HPD calculada una cantidad igual
a a./2. No obstante, los autores justifican por qué ha de sustraerse dicha cantidad.

Finalmente, se estudia la validez del modelo mediante la comparacién de los valores de
HPD predichos por éste con los obtenidos en once ensayos experimentales. En la mayoria
de los casos considerados, el modelo predice la HPD con suficiente precision. Sin embargo,
en algunos casos, el error supera el 25%. Cabe mencionar que la calibracién de la fraccidn
de calor evacuada hacia la pieza y la viruta para las condiciones de rectificado utilizadas
podria mejorar la precision del modelo.
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En los trabajos analizados, se han propuesto dos metodologias para estimar la HPD
generada en el proceso de grind-hardening. Asi, algunos autores proponen modelizar
térmicamente el proceso y estimar la HPD determinando la profundidad maxima a la que se
haya superado la temperatura de austenizacidon T,c. Otros, por el contrario, plantean
obtener HPD calculando la distribucidn de durezas en la pieza. En este punto cabe
mencionar el trabajo desarrollado por Salonitis et al. [Sal07] en el que se desarrolla un
modelo del proceso de rectificado cilindrico y se comparan ambas metodologias. Tras
analizar los resultados obtenidos para diferentes condiciones de rectificado, se observa que
la diferencia entre los valores de HPD proporcionados por ambos es inferior al 4%.
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I1.6. RESUMEN Y CONCLUSIONES

En este apartado se resumiran los aspectos mas relevantes de la revisién del estado del arte
realizada en este capitulo y, de forma conjunta, se presentardn las conclusiones extraidas
del mismo.

Tal y como se ha descrito previamente, el rectificado es un proceso en el que el arranque de
material se consigue mediante la interacciéon de particulas abrasivas con la pieza. Sin
embargo, debido al fuerte cardcter aleatorio del proceso de corte, éste es analizado a partir
de parametros que describen de forma global la operacién de mecanizado. Asi, para
estudiar el proceso se emplean, por un lado, parametros relacionados con la geometria de
la viruta (como el espesor de viruta maximo h¢, max) Y, por otro lado, pardmetros asociados
con energia consumida por el proceso. Dentro de este uUltimo grupo se encuentran, entre
otros, la energia especifica e, la potencia por unidad de area P”’. o la energia por unidad de
drea E”..

No obstante, el andlisis de las condiciones dominantes en las que se produce la interacciéon
microscopica de los granos con el material de la pieza permite comprender la evolucion de
estos parametros globales. En este sentido, la teoria propuesta por Hahn [Han62] para
describir el proceso de corte de un Unico grano resulta de especial utilidad.

Debido a la naturaleza del proceso de corte, la energia invertida en el rozamiento y en la
deformacidn plastica es muy superior a la empleada para cizallar el material y, como
consecuencia, gran parte de ésta es transformada en calor. Por ello, existe el riesgo de que
aparezcan en la pieza dafos térmicos como cambios de fase metallrgicos o tensiones
residuales de traccidn. En esta linea, la modelizacién térmica del rectificado es de utilidad
para comprender la influencia de los parametros de rectificado en la temperatura con un
minimo coste experimental.

Asi, se han revisado los trabajos que han presentado modelos térmicos del proceso vy, a
continuacidn, se detallan las conclusiones extraidas:

e El calor generado en el proceso puede representarse como una fuente de calor
movil situada en la zona de contacto. Ademas, se ha observado que el reparto de
calor en la zona de contacto segun una distribucion triangular rectangular
proporciona una distribucién de temperaturas proxima a la real.

e En el caso de los procesos de rectificado con una profundidad de pasada superior a
0,1 mm es necesario representar el calor evacuado por el material eliminado. Sin
embargo, para el rectificado convencional su influencia es despreciable.

e La principal dificultad en la definicion del modelo reside en la cuantificacion de la
fraccién de calor evacuada hacia el conjunto formado por la pieza acabada y el
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material eliminado (Ry.h). Por ello, los modelos son habitualmente calibrados
mediante el ajuste de este pardmetro.

La obtencion del valor de R, ¢, se realiza habitualmente mediante una metodologia inversa
que consiste en comparar las temperaturas predichas con las reales y minimizar el error. Sin
embargo, la medicidn experimental de la temperatura en rectificado es una tarea compleja
y este hecho provoca que el valor de R,y no se pueda obtener con precisiéon. Ademas, se
ha observado que el valor de R, depende también de las condiciones de rectificado
empleadas y de las propiedades térmicas de la muela y de la pieza. A modo de ejemplo,
cabe indicar, que para el rectificado convencional del acero AISI 1045 se han propuesto
valores entre 0,55y 0,77. Asi pues, resulta dificil seleccionar un valor de R, ., que permita
calcular las temperaturas con errores relativos inferiores al 20%.

Por otra parte, muchas de las piezas de acero que precisan de un rectificado final son
sometidas previamente a un proceso de endurecimiento superficial. Este tratamiento
térmico puede llevarse a cabo mediante tecnologias convencionales (como el temple por
llama o el temple por induccién) o mediante procesos que permiten un control mas preciso
de la temperatura y una mayor eficiencia energética (como el temple por haz de electrones
o el temple laser). No obstante, debido a su coste, esta operacion es habitualmente
subcontratada.

El grind-hardening es una tecnologia innovadora que propone aprovechar el calor generado
durante el rectificado para producir el endurecimiento superficial de la pieza. En este
proceso, la principal dificultad se encuentra en la seleccién de los parametros de rectificado
que permitan generar la profundidad de capa templada (HPD) deseada.

Asi, se han revisado los trabajos que han estudiado la influencia de la variacién de los
parametros de mecanizado en la HPD para el caso del grind-hardening aplicado a piezas
planas. Las principales conclusiones son las siguientes:

e En el caso en el que la velocidad de avance y la velocidad de giro de la muela se
mantengan constantes, un aumento de la profundidad de pasada provocara que la
HPD sea mayor. Dicho efecto estarad originado por el aumento de la potencia
consumida durante el proceso y del calor generado en la zona de contacto.

e Enelcaso en el que la profundidad de pasada y la velocidad de giro de la muela se
mantengan constantes, la evolucion de la HPD no presentara una tendencia Unica
con la variacién de la velocidad de avance. Asi, se ha observado que la HPD
aumentara al disminuir la velocidad de avance hasta un valor limite vy, a
continuacion, la HPD generada sera cada vez menor. Sin embargo, la razén por la
cual se produce este efecto no ha sido explicada en trabajos anteriores.
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Otro de los aspectos fundamentales a tener en cuenta es que, si los parametros de
rectificado se mantienen constantes durante todo el proceso, no se generara la misma HPD
a lo largo de la toda pasada de grind-hardening. Cabe sefialar que este fendmeno estara
provocado por dos efectos. Por un lado, la cantidad de calor generada en la zona de
contacto varia como consecuencia del efecto del desgaste de la muela y de las
deformaciones térmicas en la pieza. Por otro lado, durante la entrada y la salida de la
muela, se producen efectos transitorios asociados con la conduccién del calor en la pieza.

Asi pues, si se desea generar una HPD uniforme en toda la pieza, sera preciso implementar
un control en lazo cerrado del proceso y realizar un ajuste continuo de los pardmetros de
rectificado. Para ello, sera necesario llevar a cabo una estimacion de la HPD que esta siendo
generada todo momento.

A fin de conseguir este objetivo, algunos autores han desarrollado modelos matematicos
del proceso de grind-hardening. A pesar de que éstos pueden resultar Utiles para estudiar la
influencia de los parametros del proceso durante su puesta a punto, presentan una serie de
desventajas que dificultan su implementacidn industrial en un control numérico. Por un
lado, para llevar a cabo la estimacién de la longitud de la zona de contacto, requieren del
conocimiento de la profundidad de pasada que esta siendo introducida en cada instante.
Sin embargo, la estimacion de este pardmetro en tiempo real resulta muy complejo debido
a la dificultad de registrar las deformaciones experimentadas por la pieza, la muela y la
propia rectificadora; asi como el desgaste sufrido por la muela. Por otro lado, la resolucién
de los modelos desarrollados requiere habitualmente del empleo de métodos numéricos
que presentan un coste computacional elevado.

Ante esto, resulta necesario hallar una forma alternativa para estimar la HPD que esta
siendo generada durante el proceso. Una posible solucién podria ser encontrar un
parametro que recogiera la influencia tanto de los parametros de mecanizado como del
estado de la muela y estuviera relacionado de forma univoca con la HPD generada.

Asi, algunos autores han propuesto que la potencia por unidad de area P”. podria
emplearse con este propdsito, sin embargo, no se ha observado una correlacion entre Py
la HPD generada. Este hecho se debe a que P”. Unicamente representa la intensidad del
flujo de calor generado por unidad de tiempo en la zona de contacto y no tiene en cuenta el
tiempo que cada punto de la superficie se encuentra sometido a dicho flujo de calor.

Si bien la mayoria de los estudios se han centrado endurecimiento de piezas planas, algunos
trabajos han analizado la posibilidad de emplear el grind-hardening para endurecer piezas
de geometria cilindrica. Asi, se ha observado que si se emplea el rectificado cilindrico en
penetracién, la HPD generada depende no sélo de los parametros de rectificado
seleccionados, sino también de la estrategia de mecanizado utilizada. Ademas, la HPD
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generada puede variar en mdas de un 50% a lo largo de la pasada de rectificado y, por ello, la
busqueda de una metodologia que permita predecirla resulta vital de cara a una
implementacion industrial del proceso.

No obstante, mediante el rectificado cilindrico en penetracion no es posible endurecer
piezas de una anchura superior a la de la muela y, ante esto, recientemente un trabajo ha
estudiado la posibilidad de emplear el rectificado cilindrico a través. En este caso, la
geometria de la capa endurecida y el aspecto de la pieza tras el grind-hardening sugieren
que la muela ha sufrido un desgaste no uniforme y un embotamiento severo. Sin embargo,
no se ha estudiado el proceso de desgaste de la muela ni su influencia en las propiedades
de la capa endurecida. Asi mismo, tampoco se ha estudiado si, como consecuencia del
embotamiento progresivo de la muela el proceso podria llegar a inestabilizarse. Por
consiguiente, resulta necesario analizar estos aspectos para evaluar la viabilidad de emplear
el rectificado cilindrico a través para endurecer piezas de geometria cilindrica.

Por otra parte, tras la aplicacion del grind-hardening ha piezas planas se ha observado que
la superficie endurecida presenta una geometria en forma de “U”. Este efecto puede
deberse a que, como consecuencia de la dilatacidn progresiva de la pieza, la profundidad de
pasada real varie durante el proceso. En este sentido, cabe destacar, que en los trabajos
revisados se han registrado errores de planitud desde 30 pum hasta 200 um.

El acabado superficial de la pieza tras el grind-hardening también es de una calidad inferior
al de otros procesos de rectificado. Asi, en estudios anteriores, se han obtenido valores de
rugosidad media Ra comprendidos entre 0,94 y 5 um. Este resultado puede estar
provocado por los siguientes aspectos: la ausencia de fluido de corte, la realizacién de una
Unica pasada de rectificado o la redeposicion de material sobre la pieza. Por consiguiente,
tras el grind-hardening, serd necesario llevar a cabo una operacion de rectificado final que
proporcione a la pieza la precision dimensional y el acabado superficial que ésta precise.

Durante esta Ultima operacion de acabado, el aumento de la temperatura en la superficie
de la pieza puede provocar un proceso de revenido que reduzca su dureza. Si bien este
aspecto no ha sido analizado en los trabajos revisados, de cara a una implantacién industrial
del grind-hardening, serd necesario controlar on-line la caida de dureza en la superficie. En
esta linea, resultaria de utilidad encontrar un parametro facilmente cuantificable durante el
proceso y que estuviera relacionado de forma univoca con la dureza final de la pieza.

Por ultimo, cabe sefialar, que la modelizacién de las dos etapas de rectificado de la pieza
(grind-hardening y acabado) es de utilidad para comprender la influencia de los pardametros
del mecanizado en el resultado del proceso.
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Si bien todos los modelos propuestos para simular el grind-hardening parten de la
modelizacion térmica del proceso, se han distinguido dos metodologias para predecir la
HPD generada. Por un lado, algunos trabajos plantean cuantificar la HPD determinando la
profundidad maxima a la que se haya superado la temperatura de inicio de la austenizacion
Tac1- Otros, por el contrario, proponen obtener HPD calculando la distribucién de durezas
en la pieza. A pesar de ello, se ha observado que ambas metodologias proporcionan valores
de HPD con una diferencia de entorno al 4%. No obstante, en la mayoria de los trabajos no
se lleva a cabo una validaciéon del modelo con ensayos experimentales diferentes a los
empleados en la calibracidn. Asi, en el Unico trabajo en el que se estudia la validez del
modelo desarrollado, el error relativo en la HPD estimada llega a ser de hasta el 25%.

En cuanto a la modelizacién del proceso de revenido durante el acabado de la pieza, no es
posible utilizar la metodologia empleada habitualmente para estudiar los tratamientos
térmicos en horno a temperatura constante. Partiendo de esta consideracién, algunos
trabajos proponen definir un parametro que considere el efecto de la evolucién de la
temperatura con el tiempo y, mediante datos experimentales, plantear una relacion entre
este parametro y la dureza final del material. En esta linea, uno de los trabajos revisados
emplea una metodologia similar para estimar la dureza final tras el rectificado, pero no se
detalla como aplicar la metodologia propuesta a cualquier material. Ademas, cabe indicar,
que este modelo predice correctamente la evolucion de la dureza desde un punto de vista
cualitativo para los materiales considerados, pero el error relativo entre la dureza predicha
y la real llega a ser del 20%. Por lo tanto, es necesario seguir profundizando en la
modelizacion tanto de la etapa de endurecimiento como en la de acabado de las piezas
endurecidas mediante grind-hardening.
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III.1. INTRODUCCION

Tal y como se ha descrito previamente, si los pardmetros de mecanizado se mantienen
constantes durante el grind-hardening la profundidad de la capa endurecida (HPD) variara
durante el proceso. Este hecho se debe, por un lado, a que la cantidad de calor generada
varia como consecuencia de las deformaciones térmicas de la pieza y del desgaste
progresivo de la muela y, por otro lado, a que existen efectos térmicos transitorios en el
comienzo vy final del proceso. Por consiguiente, si se desea generar una HPD constante en
toda la pieza, serd preciso implementar un control en lazo cerrado del proceso y realizar un
ajuste continuo de los pardmetros de rectificado. Esta tarea se facilitara si se dispone de un
parametro mediante el cual sea posible estimar la HPD que estd siendo generada.

El proceso de endurecimiento tiene su origen en las temperaturas alcanzadas por la piezay
éstas dependeran de la energia calorifica proporcionada a la pieza. Partiendo de esta
consideracion, se plantea la hipdtesis que la energia por unidad de area E”. (Ec. 33) podria
ser un parametro adecuado para predecir la HPD generada durante el grind-hardening. En
este sentido, cabe sefalar que, en los resultados de los trabajos analizados en el apartado
11.5.2, se puede observar como E”. presenta la misma tendencia que la HPD para un amplio
rango de los parametros considerados en los ensayos.

En el presente capitulo se propondra una metodologia para estudiar el proceso de grind-
hardening aplicado al rectificado plano y se investigara posibilidad de emplear E”, para
estimar on-line la HPD generada.

Durante el control de calidad del grind-hardening, serd interesante disponer de un método
no destructivo que permita obtener una estimacion de la HPD generada. En el caso en el
que el material endurecido sea ferromagnético, el método basado en el fenémeno fisico del
ruido Barkhausen podria emplearse con este fin ya que se ha observado que la magnitud de
la HPD generada afecta a las propiedades de la sefial emitida por la pieza. Por ello, se
evaluard la posibilidad de utilizar algin parametro que caracterice la sefial de ruido
Barkhausen para estimar la HPD generada tras el proceso.

Por otra parte, se presentara una metodologia experimental para estudiar el grind-
hardening aplicado al rectificado cilindrico a través y se estudiara la influencia del proceso
de desgaste de la muela en la HPD generada. Asi mismo, se llevardn a cabo una serie de
ensayos experimentales con el objetivo de investigar la posibilidad de emplear E”. para
estimar on-line la HPD generada durante el rectificado cilindrico a través.
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I11.2. PREDICCION DE LA PROFUNDIDAD DE CAPA
ENDURECIDA DURANTE EL PROCESO DE GRIND-
HARDENING I: APLICACION AL RECTIFICADO PLANO.

En este apartado, se presentaran y se analizardn los resultados obtenidos en los ensayos
experimentales de rectificado plano realizados con el objetivo de investigar el proceso de
grind-hardening. Asi, en primer lugar, se abordara la metodologia experimental que ha sido
empleada para desarrollar este trabajo experimental. A continuacion, se investigara la
existencia de una correspondencia univoca entre E”. y la HPD generada. Finalmente, se
mostrardan y se comentaran los resultados de las mediciones de ruido Barkhausen
realizadas.

II1.2.1. Metodologia experimental

I11.2.1.1. Equipamiento general
El equipamiento que se ha empleado en los ensayos consta de los siguientes elementos: la

maquina rectificadora, la muela y las piezas sobre las que se llevara al cabo el proceso de
rectificado.

La maquina utilizada es una rectificadora de control numérico CNC modelo Orbit del
fabricante Blohm (Fig. 103). Esta se encuentra equipada con un cabezal portamuela con el
eje del husillo dispuesto en posicién horizontal. Ademas, los principales componentes
estructurales de la mdaquina estdn fabricados en fundicién gris lo que favorece el
amortiguamiento de las vibraciones y la estabilidad térmica de la maquina. Por otro lado,
ésta posee una instalacién convencional de taladrina que consta de un equipo de filtrado
por gravedad, un equipo de bombeo y una lanza de chorro libre. Asi mismo, para poder
llevar a cabo la operaciéon de diamantado de la muela, se ha empleado un diamante
monopunta instalado un soporte fijado a la maquina (Fig. 103). En la Tabla 5 se presenta un
resumen de las principales especificaciones técnicas de la rectificadora.

En cuanto a la herramienta abrasiva utilizada, se ha seleccionado una muela de alimina de
la marca TYROLIT de dimensiones 300x30x76,2 mm y cuya especificacion normalizada es la
siguiente: 89 A46 | 8 AV217. Esta muela esta compuesta por granos de un tamafio de grano
46 (350 um de didmetro medio) unidos por un aglomerante vitreo. Ademas, ésta posee una
estructura media y es relativamente blanda. Tal y como se ha visto en el apartado 11.5.3 del
estado del arte, estas caracteristicas favoreceran la generacion de una capa endurecida de
mayor profundidad.
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Fig. 103 Rectificadora plana modelo Orbit de la marca Blohm

Elemento mecanico

Especificaciones

Cabezal muela

Potencia maxima: 8,5 kW
Velocidad de giro maxima: 1500 rpm

Eje longitudinal
(Direccion avance de la pieza)

Carrera: 700 mm
Velocidad de
mm/min

avance maxima: 40000

Eje transversal

(Direccion coaxial al eje del cabezal muela)

Carrera: 345 mm
Velocidad de avance maxima: 4000 mm/min

Eje vertical

Carrera: 450 mm
Velocidad de avance maxima: 3750 mm/min

Superficie maxima rectificable

300 x 600 mm

Tabla 5. Especificaciones técnicas de la rectificadora plana empleada en los ensayos

Por lo que respecta a las piezas empleadas en los ensayos, estan fabricadas en acero AlSI

1045 normalizado a 28 HRC cuya composicidn quimica se presenta en la Tabla 6. Este es un

acero medio en carbono facilmente endurecible mediante tratamiento térmico y empleado,

por ejemplo, en fabricacién de elementos mecdnicos como ejes, engranajes o arboles de

levas. Asi mismo, las piezas poseen las siguientes dimensiones: 100x40x20 mm.

C Mn

Cr

Mo Si P S

0,5 0,71

0

0 0,22 0,021 0,015

Tabla 6. Composicion quimica del acero AlSI 1045 empleado en los ensayos (concentraciones
expresadas en porcentaje de masa de cada elemento quimico).
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I11.2.1.2. Equipamiento para la monitorizacién del proceso
Para realizar el estudio de la relacién entre la HPD y la energia por unidad de area, sera

necesario cuantificar el valor de este parametro energético durante el proceso de
rectificado de las piezas. Asi, partiendo de la definicion de E”., serd necesario medir las
siguientes magnitudes fisicas: la potencia de corte, la velocidad de avance de la piezav, y la
anchura de la muela comprometida en el corte b.

La potencia de corte, puede ser estimada mediante la recogida de la fuerza de corte
proceso (fuerza tangencial) y teniendo en cuenta la Ec. 28. Ademas, ha de tenerse en
cuenta que el valor de la fuerza normal también puede proporcionar informacién util acerca
del proceso. Por ejemplo, el calculo de la relacidn entre la fuerza tangencial y la normal
permite obtener una medida de la efectividad de eliminacidon de material en el proceso de
corte.

Para llevar a cabo la medida de las fuerzas de corte, se ha utilizado un dinamoémetro
piezoeléctrico de tres componentes Kistler modelo 9257B (Fig. 104a). El sistema de
adquisicion se completa con un amplificador Kistler 5070A (Fig. 104b) y el software
Dynoware® 2825A. Asi mismo, el tratamiento de la sefial se ha llevado a cabo utilizando el
software Matlab®.

(a) (b)

Fig. 104 Dinamdmetro Kistler modelo 92578 (a) y amplificador Kistler 5070A (b).

En cuanto al valor de la velocidad de avance real de la pieza, éste se ha calculado
empleando de la siguiente ecuacion:

v,y = ALTW Ec. 81
w

En esta expresién L, es la longitud de la pieza a rectificar en la direccién de avance (100
mm en el caso de las piezas seleccionadas) y At,, es el intervalo de tiempo en el que la
pieza se encuentra en contacto con la muela. Este pardmetro ha sido estimado
experimentalmente a partir de las sefiales de fuerzas registradas en los ensayos
considerando los instantes de tiempo en los que se produce la entrada y la salida de la
muela en la pieza.
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II1.2.1.3. Protocolo de ejecucion de los ensayos de rectificado plano
El estudio de la relacidn entre E”’. y HPD se ha llevado a cabo a partir de la realizacion

numerosos ensayos de grind-hardening. Cada uno de estos ensayos se ha efectuado
siguiendo el mismo protocolo que sera descrito a continuacion:

e Preparacion de la pieza: tras la sujecion de la pieza en la mordaza (ver Fig. 105) se
ha llevado a cabo una operacién de planeado con los pardmetros de rectificado
indicados en la Tabla 7. Este acondicionamiento previo, simple pero fundamental,
resulta imprescindible para que durante la operacién de grind-hardening la
profundidad de pasada real sea lo mas uniforme posible a lo largo de toda la
pasada de rectificado.

Vel. de la muela
Vs (m/s)

Vel. de la pieza
vy, (mm/s)

Vel. de avance
v¢ (mm/min)

Prof. de pasada
a. (mm)

30

333

100

0,010

Tabla 7. Parametros de rectificado empleados en el planeado realizado durante la etapa de
preparacion de las piezas.

Fig. 105 Montaje experimental para realizacion de los ensayos de rectificado plano.

e Realizacion de la operaciéon de grind-hardening: una vez planeada la pieza, la
muela ha sido diamantada empleando un diamante monopunta y realizando 10
pasadas de 20 um con un overlap ratio U4=10. Seguidamente, se ha llevado a cabo
una pasada de rectificado plano en concordancia con los pardmetros de
mecanizado seleccionados para el ensayo correspondiente y empleando una
anchura de muela de 10 mm (ver Fig. 106b). Durante la pasada de rectificado, se
han registrado la fuerza tangencial y la fuerza normal empleando el sistema de
monitorizacion que descrito en apartado anterior. Asi mismo, es necesario sefialar,
que los ensayos se han llevado a cabo en seco con el objetivo de maximizar la HPD
generada.
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Medicion de la profundidad de pasada real: tras la realizacion de la pasada de
grind-hardening, se ha procedido a la medicion de la profundidad de real en el
punto de la pieza en el que se analizard el valor de HPD generada. Para ello, se ha
empelado un reloj comparador Mitutoyo modelo 543-450B cuyo soporte
magnético se ha acoplado al bastidor del cabezal muela y cuyo émbolo se ha
colocado perpendicular a la superficie planeada. La medida registrada ha sido la
diferencia entre la lectura del comparador en el centro de la zona sin rectificar
(posicion A en la Fig. 106c) y la lectura en el centro de la superficie endurecida
mediante grind-hardening (posicion B en la Fig. 106c).

Zona endurecida

(a) Preparacion de la pieza (b) Grind- hardening (c) Medicién prof. pasada real

Fig. 106 Protocolo de ejecucion para los ensayos de rectificado plano

Medicion de ruido Barkhausen: a continuacidn, se ha realizado una medicién de
ruido Barkhausen con el objetivo de estudiar la existencia de una correlacion entre
el valor RMS de la seiial y la HPD generada. Para ello, se ha empleado el equipo
comercial modelo Rollscan 300 de la compaiiia Stresstech junto con la sonda S1-
16-12-01 (ver Fig. 107). En concreto, se ha registrado el valor RMS de los pulsos de
la sefial de ruido Barkausen tras realizar un filtrado al ancho de banda 70-200 Hz.

Fig. 107 Medicion de la sefial de ruido Barkhausen sobre una pieza plana.

Cuantificacion de la HPD generada: por ultimo, se ha determinado la HPD
empleando la metodologia que se expondra en el apartado 111.2.1.4.
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I11.2.1.4. Cuantificacién de la profundidad capa endurecida
Tal y como se ha descrito en el apartado 11.5.1, la HPD generada puede cuantificarse a partir

de la determinacién del perfil de microdurezas en una seccién trasversal a la capa
endurecida. En concreto, el valor de la HPD queda determinado por la profundidad a la cual
la pieza presente una dureza igual a 550 HV. No obstante, el estudio de la relacion entre la
E”.y la HPD implicara la realizacion de numerosos ensayos de grind-hardening. Asi pues, en
este apartado, se estudiara la posibilidad de emplear una metodologia basada en la toma
de micrografias que permita estimar la HPD de forma mas sencilla.

En primer lugar, se describira el procedimiento a emplear para estimar la HPD tanto con la
metodologia basada en la medida de microdurezas como la basada en la toma de
micrografias. A continuacién, se llevaran a cabo varios ensayos de grind-hardening y se
compararan los resultados obtenidos con ambos procedimientos. Ademas, dichos ensayos
previos servirdn para observar las zonas en las que la HPD generada varia y aquellas en las
que ésta es uniforme. Asi, a partir los resultados de estos ensayos, se establecerd la
posicion en la pieza en la que se estudiard la relacion entre la E”. y la HPD.

I11.2.1.4.1. Cuantificacién de la profundidad de capa endurecida mediante medida de
microdurezas.
La determinacion del perfil de microdurezas se ha llevado a cabo siguiendo el

procedimiento establecido en la norma UNE-EN ISO 6507-1 para la realizacién del ensayo
Vickers. Ademads, con el objetivo de aumentar la fiabilidad de los resultados, la medicién del
perfil de microdurezas se ha realizado por duplicado para cada zona a estudiar siguiendo el
esquema mostrado en la Fig. 108. Todos los ensayos se han ejecutado empleando un
microdurémetro automatico motorizado Future-Tech FM-800 con una carga de 500-g
(4900N).

0,3mm 0,6 mm . 03mm

1<

; :
I I
I I
I I

L=

Primer perfil de microdurezas Segundo perfil de microdurezas

Fig. 108 Esquema de la disposicion de los dos perfiles de microdureza ejecutados.
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Previamente a la realizacidon de cada ensayo, se ha llevado a cabo una preparacién de la
zona a ensayar. En primer lugar, se ha extraido una muestra de la pieza a analizar para lo
que se ha empleado una sierra metalografica. A continuacion, con el objetivo de facilitar los
trabajos posteriores, la muestra ha sido encapsulada utilizando resina fendlica y una
empastilladora Remet IPA 40 Evolution. Por ultimo, la seccidon de cada muestra sobre la que
se ha efectuado la medicién de microdurezas ha sido pulida a espejo.

I11.2.1.4.2. Cuantificacién de la profundidad de capa endurecida mediante toma de

micrografias.
Debido a que la dureza del material estd directamente relacionada con la microestructura

presente en éste, la cuantificacion de la HPD puede realizarse mediante la obtencién de la
micrografia de una seccién transversal a la zona endurecida. A continuacién se presenta el
protocolo que se ha seguido para estimar la HPD mediante esta técnica.

e Preparacion de la probeta: en primer lugar, ha extraido una muestra de la pieza y
la seccidon a estudiar ha sido pulida a espejo. No obstante, en los ensayos de
comparacion de ambas metodologias, este primer paso se ha omitido debido a que
la seccidon a estudiar ya fue pulida a espejo antes de realizar los ensayos de
microdurezas.

e Ataque quimico de la probeta: el ataque quimico del acero quimicamente
mediante un dacido disuelto en alcohol, agua u otros solventes permite hacer
visibles las fases presentes en la microestructura del metal. Asi pues, en este
trabajo, las piezas han sido atacadas empleando una disolucién de acido nitrico en
alcohol al 4% durante aproximadamente quince segundos.

e Adquisicion y medicion de micrografia: a continuacion se ha obtenido una
micrografia digital de la seccidn transversal a analizar y la profundidad de la zona
endurecida (zona en la que se observa presencia de martensita) ha sido
cuantificada mediante un software informatico que permite realizar mediciones
sobre la imagen obtenida. En concreto, esta tarea ha sido realiza empleando un
microscopio digital Leica DCM 3D junto con una lente x20 y analizando, a
continuacion, la micrografia obtenida mediante el software LeicaMap®.

I11.2.1.4.3. Seleccién de la metodologia para la cuantificaciéon de la profundidad de
capa endurecida.
Con el objetivo de contrastar los valores de la HPD obtenidos con ambos procedimientos, se

han llevado a cabo cuatro ensayos de grind-hardening con los parametros de mecanizado
mostrados en la Tabla 8. Cabe sefialar que las condiciones de rectificado se han
seleccionado de forma que se puedan generar valores de la HPD significativamente
distintos. Asi, en los tres primeros ensayos, se ha mantenido constante la velocidad de
avance de la pieza mientras que la profundidad de pasada se ha aumentado
progresivamente. De esta forma, a medida que se emplean profundidades de pasada
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mayores, la potencia de corte aumentard y la HPD generada sera mayor. Por lo que
respecta al cuarto ensayo, se ha decidido emplear la mayor profundidad de pasada de las
estudiadas en los tres anteriores y reducir la velocidad de avance a la mitad. Estas
condiciones seran previsiblemente mas agresivas que las de los tres ensayos anteriores vy,
por ello, podrd obtenerse una HPD aldn mayor.

N2 de ensayo Prof. pasada Vel. avance Vel. muela
3e (Mm) vy, (mm/s) v, (m/s)
1 0,125 60 30
2 0,175 60 30
3 0,200 60 30
4 0,200 30 30

Tabla 8 Condiciones de rectificado empleadas en los ensayos preliminares de grind-hardening.

No obstante, antes de realizar una comparacion entre las dos metodologias descritas en los
apartados anteriores, se analizaran los posibles efectos transitorios que se pueden producir
en la generacién de la capa endurecida y se determinara el punto en el que se estudiara la
relacion entre E”.y la HPD.

Tal y como se ha descrito en el estado del arte, durante la entrada y salida de la muela se
producen procesos térmicos transitorios. En la fase de entrada, los puntos de la superficie
que se encuentran en la zona de contacto van aumentando progresivamente su
temperatura hasta alcanzar un estado estacionario (siempre y cuando la potencia generada
sea aproximadamente constante). A la salida, sin embargo, se produce una acumulacion del
calor generado alcanzandose en esta zona temperaturas mayores a las del estacionario.

Con el objetivo de estudiar este efecto, se ha seccionado la pieza correspondiente al tercer
ensayo en direccidon longitudinal en el centro de la zona rectificada y, a continuacidn, se han
tomado varias muestras en la zona de entrada de la muela, en el centro de la pieza y en la
zona de salida de la muela (ver Fig. 109). Tal y como puede observarse en las micrografias
obtenidas, en la zona de entrada de la muela se produce un aumento gradual de la HPD
generada. En la zona central de la pieza, sin embargo, la HPD es aproximadamente
constante y en la zona de salida la HPD aumenta ligeramente. Asi pues, la relacidon entre E”
y la HPD se estudiara en el centro de la pieza con el objetivo de evitar los posibles efectos
térmicos transitorios.
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Salida de la muela Centro de la pieza Entrada de la muela
vw

mm Zona de entrada de la muela
0 1 2 3 4 5mm

mm Centro de la pieza

o
[y

2 3 4 5mm

mm Zona de salida de la muela

Fig. 109 Efectos transitorios en la generacion de HPD en la direccion de avance de la pieza

Por otro lado, de cara a seleccionar el punto en el que se cuantificard la HPD, también
resulta necesario estudiar su evolucidn en la direccidn transversal a la direccion de avance
de la pieza. Para ello, se ha estudiado una seccidn transversal de la pieza correspondiente al
segundo ensayo. Tal y como puede observarse en la Fig. 110 en la zona mas préxima a la
parte de la pieza que no ha sido rectificada la HPD generada es menor mientras que en el
resto de la zona endurecida, la HPD es aproximadamente constante. Ante este resultado, se
ha decidido cuantificar la HPD en el centro de la zona endurecida pieza.

150



Unai Alonso Pinillos

(0] 025 05 0.75 1 125 15 1.75 2 225 25 275 3 325 35 3.75 4 mm

0 025 05 0.75 1 125 15 175 2 225 25 275 3 325 35 3.75 4 mm

(b)

0 025 05 0.75 1 125 15 175 2 225 25 275 3 325 35 3.75 4 mm

(c)

Fig. 110 Efectos transitorios en la generacion de HPD en la direccion transversal al avance de la pieza

Seguidamente, se muestran los resultados de las medidas de HPD realizadas con ambos
métodos. Las figuras Fig. 111, Fig. 113, Fig. 115, y Fig. 117 muestran las micrografias
obtenidas para cada uno de los cuatro ensayos y, a continuacién de cada una de éstas, se
presentan las distribuciones de durezas correspondientes. Tal y como se ha descrito
anteriormente, la medida de la HPD sobre las micrografias se ha realizado empleando el
software LeicaMap® (indicado como “horizontal distance” en las imagenes). Por lo que
respecta a las distribuciones de microdurezas, puede observarse como la dureza del
material disminuye a medida que se consideran puntos mas alejados de la superficie hasta
alcanzar la dureza del material base. Este efecto se debe a que el grado de austenizacion
alcanzado estd disminuyendo y, como consecuencia, la fraccidon de martensita generada es
menor.En este sentido, cabe sefialar que en las micrografias puede distinguirse un aumento
de la presencia de ferrita (de color blanco en las imagenes) a medida que se penetra en el
interior de la pieza.
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Fig. 111 Medida de profundidad de capa templada (a,=125 mm, V,,= 60 mm/s)
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Fig. 112 Dureza del material a distintas profundidades bajo la superficie (a,=125 mm, V,,= 60 mm/s)
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Fig. 114 Dureza del material a distintas profundidades bajo la superficie (a,=175 mm, V,,= 60 mm/s)
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Fig. 115 Medida de profundidad de capa templada (a,=200 mm, V,,= 60 mm/s)
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Fig. 116 Dureza del material a distintas profundidades bajo la superficie (a,=200 mm, V,,= 60 mm/s)
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Fig. 117 Medida de profundidad de capa templada (a,=200 mm, V,,= 30 mm/s)
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Fig. 118 Dureza del material a distintas profundidades bajo la superficie (a,=200 mm, V,,= 30 mm/s)
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En la Fig. 119 se muestran los valores de HPD obtenidos con las dos metodologias
empleadas. Las medidas relativas a los perfiles de microdurezas se corresponden con el
valor medio de los valores de HPD obtenidos con ambos perfiles. Cabe sefalar que cada
uno de estos valores se ha calculado mediante interpolacién lineal considerando los puntos
de la distribucidn con una dureza inmediatamente superior e inferior a 550 HV.

Tal y como se puede observar, los valores obtenidos con las dos metodologias son muy
similares. No obstante, cabe indicar que el error relativo cometido al emplear la
metodologia basada en la toma de micrografias se encuentra en un intervalo comprendido
entre 5% y 13%. Esta diferencia entre ambas metodologias podria deberse a dos aspectos.
Por un lado, el hecho de que el valor de la HPD obtenida a partir de la medida de
microdurezas sea siempre menor puede deberse a que el valor de 550 HV establecido en
bibliografia no se corresponda exactamente con la dureza del material en la frontera de la
zona endurecida. Por otro lado, ha de tenerse en cuenta que el mecanismo de
posicionamiento del microdurémetro empleado posee una resolucién maxima de 10 um.

A partir de estos resultados, se concluye que la metodologia basada en la medida de
micrografias puede tomarse como una alternativa a la basada en la determinacién del perfil
de microdurezas. Asi pues, debido a su mayor simplicidad, esta metodologia sera empleada
para cuantificar el valor de la HPD generada en los ensayos de grind-hardening que se
llevardn a cabo en adelante.

500 a01 425

Ensayo 1 Ensayo 2 Ensayo 3 Ensayo 4

M Perfil de microdurezas W Micrografia

Fig. 119 Comparacion de los valores de HPD obtenidos con las dos metodologias empleadas.

II1.2.2. Estudio experimental de la relaciéon E” -HPD durante el
proceso de grind-hardening

En este apartado, se presentaran y se analizaran los resultados obtenidos en los ensayos
experimentales de rectificado plano realizados con el objetivo de investigar la relacion E” -
HPD. Primeramente, se mostraradn los ensayos ejecutados con el objetivo de estudiar la
existencia de una correspondencia univoca entre E”’. y HPD asi como su dependencia de los
parametros del proceso. A continuacidn, se presentaran los ensayos que se han llevado a
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cabo con el propésito de investigar la relacion entre alguna de las propiedades fisicas del
material a endurecer y las caracteristicas de la relaciéon E” -HPD.

I11.2.2.1. Influencia de los parametros del proceso

I11.2.2.1.1. Influencia de los parametros de mecanizado
En primer lugar, se ha llevado a cabo un conjunto de ensayos con el objetivo de determinar

la existencia de una correlacidn univoca entre la energia por unidad de area y la
profundidad de capa endurecida (conjunto de ensayos A, Tabla 9). En esta primera serie de
ensayos, se ha descartado estudiar la influencia de la velocidad de giro de la muela o las
condiciones de la operacion de diamantado ya que estos parametros no son habitualmente
variados durante las operaciones de rectificado. No obstante, su influencia sera abordada
mas adelante.

Asi pues, en la primera serie de experimentos Unicamente se ha variado la velocidad de
avance de la mesa y la profundidad de pasada (ver Tabla 9). Es preciso sefialar, que las
combinaciones de estos dos pardmetros han sido seleccionadas con dos objetivos. En
primer lugar, para poder generar un rango de valores de energia por unidad de area que
permita analizar la relacion entre este pardmetro y la HPD generada. Por otro lado, se han
empleado condiciones de rectificado mediante las cuales no se genera capa endurecida de
manera que sea posible observar la region de valores de E”, frontera a partir de los cuales
comienza a producirse el proceso de grind-hardening. En cuanto a los pardmetros del
proceso restantes, se ha empleado una velocidad de giro de muela de 30 m/s y, antes de
cada operacién de grind-hardening, la muela ha sido diamantada realizando 10 pasadas de
20 um y con un overlap ratio U4=10. Ademas, con el objetivo de observar la repetitividad
del valor de la HPD generada, se han llevado a cabo tres ensayos con cada combinacidon de
parametros (sefialados con las letras A, By C en la Tabla 9).

Se ha descartado emplear una técnica de disefio de experimentos ya que se ha pretendido
obtener un rango de valores de E”. de forma controlada. En este sentido, es necesario
considerar que E”. es un pardmetro de salida y no un pardmetro de entrada. Por otro lado,
en la definicion de las combinaciones de parametros a estudiar, se ha tenido en cuenta las
prestaciones de la maquina y los ensayos se han realizado comenzando con las condiciones
menos agresivas hasta llegar a las condiciones mas agresivas.
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Caso Vwteorico | ejtedrico | Vw,real | e, real heq e , E". ; HPD
(mm/s) | (mm) | (mm/s)| (mm) | (hm) | ()/mm’) | (J/mm°) | (um)
A 100 0,070 88 0,070 206 39,2 2,7 0
1 B 100 0,070 92 0,086 263 33,0 2,8 0
C 100 0,070 92 0,086 263 36,4 3,1 0
A 60 0,100 60 0,100 194 35,5 3,8 0
2 B 60 0,100 56 0,105 194 39,6 4,2 0
C 60 0,100 56 0,103 191 48,2 5,0 60
A 60 0,125 55 0,132 243 38,9 51 73
3 B 60 0,125 55 0,132 242 39,3 5,2 80
C 60 0,125 56 0,126 233 45,3 5,7 100
A 45 0,140 41 0,159 220 36,8 5,9 87
4 B 45 0,140 42 0,159 221 43,0 6,8 138
C 45 0,140 41 0,170 231 42,6 7,2 171
A 60 0,175 55 0,166 302 44,6 7,4 233
5 B 60 0,175 55 0,175 319 44,2 7,7 221
C 60 0,175 51 0,173 296 47,3 8,2 260
A 60 0,200 54 0,194 351 43,5 8,4 272
6 B 60 0,200 54 0,220 399 41,4 9,1 305
C 60 0,200 54 0,220 396 42,1 9,3 284
A 25 0,160 23 0,185 141 57,0 10,5 349
7 B 25 0,160 23 0,171 131 62,4 10,7 351
C 25 0,160 23 0,204 158 58,9 12,0 433
A 30 0,200 28 0,234 215 48,3 11,3 404
8 B 30 0,200 28 0,240 222 45,0 10,8 352
C 30 0,200 27 0,242 220 50,2 12,1 425

Tabla 9 Condiciones de rectificado empleadas para estudiar la influencia de la profundidad de pasada
y la velocidad de avance en la correlacion E”’c -HPD. (Conjunto de ensayos A)

La Fig. 120 muestra la correlacién entre E”’. y HPD para el acero AlSI 1045 en el rango de
parametros estudiados (conjunto de ensayos A). Los resultados sugieren que existe una
relacion lineal entre la energia por unidad de dreay la profundidad de capa endurecida que
es independiente de la combinacién de velocidad de avance y profundidad de pasada
seleccionada. Asi mismo, puede observarse que si se genera una energia por unidad de area
inferior a 4 J/mm?’ no se producird endurecimiento alguno en la pieza.

En este sentido, cabe sefialar, que para justificar de forma estadistica que la relacion E”-
HPD no depende de la profundidad de pasada ni de la velocidad de avance seria necesario
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obtener el mismo valor de E”’, con distintas combinaciones de estos dos pardmetros. Esta
tarea resultaria muy costosa ya que E”. es un parametro de salida del proceso.

Llegados a este punto, merece la pena remarcar que los pardmetros necesarios para
estimar on-line el valor E”. pueden medirse de forma sencilla. Por un lado, la potencia de
corte puede registrarse a partir de la potencia consumida por el cabezal de la muela,
mientras que el valor de la velocidad de avance real podria obtenerse a partir de los
registros del encoder lineal de eje asociado a dicho movimiento. Por lo tanto, E”. podria ser
un parametro util de cara a realizar un control en lazo cerrado de la HPD que estd siendo
generada en cada instante. En este sentido, la variacion on-line de la velocidad de giro de la
muela y/o de la velocidad de avance de la pieza podria permitir obtener una capa
endurecida del mismo espesor a lo largo de toda la pieza rectificada.
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Fig. 120 Correlacion entre la energia por unidad de drea y la profundidad de capa templada para el
acero AlSI 1045. (Conjunto de ensayos A).

Una vez observado que la relacién E” -HPD es independiente de la velocidad de avance y la
profundidad de pasada seleccionadas, se ha procedido a investigar la influencia de la
velocidad de giro de la muela y de las condiciones de diamantado. En este sentido, cabe
destacar que en anteriores trabajos se ha sefialado que estos dos aspectos podrian afectar
a la fraccién de calor evacuada hacia la pieza [Han62, Guo92] y, como consecuencia, la HPD
generada para un determinado valor de E” . podria variar.

Con el objetivo de estudiar la influencia de la velocidad de giro de la muela, se han repetido
aquellos casos en los que se ha observado la existencia de capa endurecida (casos 2-8 de la
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Tabla 9) utilizando una velocidad de giro de muela de 23 m/s. En esta segunda serie, se han
llevado a cabo dos ensayos con cada combinacidn de pardmetros (sefialados con las letras A
y B en la Tabla 10).

Caso Vwtesrico | Aejtedrico | Vw,real | e, real heq e . E". , HPD
(mm/s) | (mm) | (mm/s)| (mm) | (nm) | ()/mm’) | (J/mm°)| (um)
A 60 0,100 56 0,109 265 48,0 5,2 102
2 B 60 0,100 55 0,109 260 45,2 4,9 61
A 60 0,125 58 0,124 313 38,0 4,7 41
3 B 60 0,125 50 0,125 272 49,1 6,1 105
4 A 45 0,140 41 0,150 268 44,7 6,7 160
B 45 0,140 43 0,150 278 48,1 7,2 192
A 60 0,175 54 0,186 440 39,4 7,3 205
> B 60 0,175 55 0,189 452 41,4 7,8 198
A 60 0,200 54 0,201 470 40,0 8,0 212
° B 60 0,200 55 0,210 499 41,1 8,6 235
. A 25 0,160 23 0,200 199 54,2 10,8 358
B 25 0,160 23 0,193 196 57,3 11,1 354
g A 30 0,200 27 0,236 280 46,9 11,1 392
B 30 0,200 28 0,225 270 51,8 11,7 390

Tabla 10 Condiciones de rectificado empleadas para estudiar la influencia de la velocidad de giro de la
muela en la correlacion E”’c -HPD. (Conjunto de ensayos B)

La Fig. 121 muestra la relacion entre E”. y HPD para el acero AlISI 1045 tanto para los
ensayos con velocidad de giro de muela de 30 m/s como para aquellos con una velocidad
de 23 m/s. Tal y como puede observarse, los resultados sugieren que la relacién E”’ -HPD es
independiente de todos los parametros de rectificado (a., v, Y Vs) en el intervalo de valores
de E”. estudiado. Ademads, cabe sefialar, que si emplea la correlacion obtenida para la 30
m/s para estimar la HPD en los ensayos con una velocidad de 23 m/s el error relativo
promedio es inferior al 10%.

Ante este resultado, cabe preguntarse si la correlacidn entre E".y la HPD generada también
puede observarse en los resultados de otros trabajos de grind-hardening. Asi, por ejemplo,
si se toman los datos de la investigacion llevada a cabo por Brockhoff [Bro99], pueden
distinguirse dos zonas diferenciadas. Hasta un valor de en torno a 150 J/mm2 la correlacién
E".—HPD es lineal y, a partir de dicho valor, el valor de la HPD es inferior al esperado (ver
Fig. 122). Este mismo efecto puede observarse si se consideran los datos de los ensayos
realizados por Wilke [Wil08] (ver Fig. 123).
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Fig. 121 Correlacion entre la energia por unidad de drea y la profundidad de capa templada para el
acero AlSI 1045. (Conjunto de ensayos Ay B).
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Fig. 122 Efecto del espesor de viruta en la correlacion entre la energia por unidad de drea y la
profundidad de capa templada. Datos tomados de [Bro99].
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Fig. 123 Efecto del espesor de viruta en la correlacion entre la energia por unidad de drea y la
profundidad de capa templada. Datos tomados de [Wil08].

El origen de este fendmeno podria estar provocado por un cambio en la porcién de energia
calorifica que es evacuada hacia la pieza. En este sentido, en un estudio reciente, Garcia et
al. [Gar14] han observado que si se disminuye el espesor de viruta por debajo de un valor
limite, se produce un descenso en la cantidad de calor evacuada hacia la pieza.

Ante este resultado, los autores plantean la hipdtesis de que este descenso estaria
provocado por un cambio en la etapa predominante durante el proceso de generacién de la
viruta. Asi, Garcia et al. proponen que, en aquellos casos en los que el espesor de viruta se
encuentra por debajo de dicho valor limite, la etapa de ploughing es predominante. Bajo
estas condiciones, una gran parte de la energia es consumida en la deformacién plastica del
material y, por lo tanto, la hipdtesis de que aproximadamente toda la energia consumida es
transformada en calor no seria correcta. Por el contrario, para valores superiores al espesor
de viruta limite, los granos eliminaran el material por cizalladura, las deformaciones
pldsticas seran menos importantes y la energia consumida se transformara en calor.

La comprobacidn de la hipétesis planteada por Garcia et al. requiere de la cuantificacion del
espesor de viruta. Para ello, se considerara el valor del espesor de viruta maximo h, max (EC.
4). En este sentido, se ha de tener en cuenta que el valor del espesor de viruta equivalente
heq Podria no representar correctamente la transicion comentada previamente ya que este
parametro estd relacionado con el volumen de viruta medio arrancado por cada grano.
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En el caso en el que tanto las caracteristicas de la muela como las condiciones de
diamantado permaneciesen invariables, el valor del espaciado entre granos L puede
tomarse como una constante. Bajo estas condiciones, el nimero adimensional he may/2L
representara la influencia de los pardmetros de rectificado en el valor del espesor de viruta
maximo y, por ello, se empleara este parametro para estudiar si el cambio en la relacién
E"—HPD puede estar provocado por cambio en la etapa de generacion de la viruta
predominante.

Asi pues, tras calcular los valores del nimero adimensional h, max/2L para los ensayos de
Brockhoff y Wilke se ha observado que en ambas investigaciones existe un valor limite de
este parametro a partir del cual la relacién E".— HPD deja de ser lineal y la HPD comienza a
ser inferior a la esperada (ver Fig. 122 y Fig. 123 ).

A partir de este resultado, se concluye que el cambio en la etapa predominante durante la
generacion de la viruta puede ser el origen de varios efectos sin explicaciéon que han sido
comentados en el al analizar los trabajos de Brockhoff [Bro99] y Wilke [Wil08].

Por un lado, si se consideran los resultados de los ensayos realizados por Brockhoff con
profundidad de pasada constante (ver Fig. 66), puede verse como al reducir la velocidad de
avance la HPD disminuye repentinamente. Bajo estas condiciones, el espesor de viruta se
estaria reduciendo progresivamente y, al sobrepasar el espesor de viruta frontera, la
fraccion de calor evacuada hacia la pieza se reduciria. Esta serfa la razén del cambio
observado en la tendencia de la HPD.

Por otro lado, si se toman los resultados de los ensayos realizados por Wilke (Fig. 68), este
mismo efecto también explicaria el hecho de que deje de endurecerse la pieza al aumentar
la profundidad de pasada. En este caso, los ensayos se llevan a cabo manteniendo el caudal
de viruta especifico constante y, al aumentar la profundidad de pasada, se esta reduciendo
el espesor de viruta. Ademas, a medida que se emplean caudales especificos de viruta
menores, el valor del espesor de viruta limite se producird a profundidades de pasada mas
pequeias. Asi pues, ésta seria la razén por la cual la desapariciéon del endurecimiento se
produce antes para los ensayos con 3 mm>/mm-s que paralosde 8 mm’/mm:s.

Llegados a este punto, se ha de tener en cuenta, que para poder endurecer la pieza hasta la
profundidad requerida, serd necesario seleccionar una combinaciéon de parametros de
rectificado (ae,vw Y Vs) que permita generar la E” . objetivo. Asi pues, antes de continuar con
el andlisis del efecto del diamantado, se va a estudiar si es posible estimar la E”. que sera
generada con una combinacion de parametros determinada.

Si se considera la Ec. 33, puede observarse como la energia por unidad de area E”.
dependera de tres factores: la fuerza tangencial generada F;, la velocidad de giro de la
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muela v y la velocidad de avance de la pieza v,. No obstante, la determinacién de la
relacion entre el valor de la fuerza tangencial y los parametros de rectificado (ae, vy, Y Vs) €s
una tarea compleja que requiere de la realizacion de nimeros ensayos experimentales. Este
hecho se debe a que no existe un modelo tedrico ampliamente aceptado por la comunidad
cientifica que permita representar esta correlacion.

Sin embargo, como se vera a continuacion, la estimacion de la E”. que serd generada se
facilitara notablemente si se trabaja en condiciones en las que la energia especifica es
aproximadamente constante. Asi pues, si se considera la definicion de la energia especifica
(Ec. 26Ec. 28), el valor de la relacion entre la fuerza tangencial y los parametros de
rectificado podrd representarse a partir de la siguiente expresion:

bs-a, v
Fp=e —2 Y% Ec. 82

US

Y, sustituyendo este valor en la Ec. 33, el valor de E”, podra ser obtenido de la siguiente
forma:
” Ft'vs bs'ae'vf Vg

E. = =e.-
¢ bsrvp € v, b - vy

=e.-a, Ec. 83

Por lo tanto, en el caso en el que la energia especifica sea aproximadamente constante, la
energia por unidad de d4rea dependera principalmente de la profundidad de pasada
seleccionada y la correlacién entre ambos pardmetros serd lineal. Asi pues, a continuacion
se estudiara bajo qué condiciones la energia por unidad de area permanecera constante ya
que asi podra estimarse de forma sencilla la E”’, que serd generada.

En este sentido, en la revisidn del estado del arte se ha observado que existe una relacién
entre la energia especifica y el espesor de viruta equivalente. Ademas, el valor de la energia
especifica generada desciende a medida que se aumenta el espesor de viruta equivalente
hasta aproximarse asintdticamente a un valor constante (ver Fig. 20).

A partir de lo expuesto hasta ahora, puede sefialarse que la energia especifica sera
aproximadamente constante en las siguientes dos situaciones: en el caso en el que se
trabaje en la zona de espesores de viruta equivalentes elevados o si se emplean condiciones
en las que el espesor de viruta equivalente no varia. Asi pues, en ambos casos, la relacion
entre la energia por unidad de area E”. y la profundidad de pasada a. ha de ser lineal.

La primera de las dos situaciones planteadas (espesores de viruta equivalentes elevados),
puede observarse en los ensayos que se han llevado a cabo a fin de estudiar la relacién E” .—
HPD (Tabla 9 y Tabla 10). Asi, en la Fig. 124 se muestran los valores de E”. en funcion de la
profundidad de pasada empleada a. para aquellos ensayos en los que el espesor de viruta
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equivalente es superior a 200 nm. Tal y se puede observar, la correlacion entre ambos
parametros es aproximadamente lineal.
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Fig. 124 Relacion entre la profundidad de pasada y la energia por unidad de drea para los ensayos de
con un espesor de viruta equivalente superior a 200 nm (Conjunto de ensayos Ay B).

El segundo caso (espesor de viruta equivalente constante), puede observarse en los
resultados de los ensayos experimentales llevados a cabo por Fockerer et al. [Focl12] y
Wilke [Wil08]. En ambos trabajos, los autores realizan varias series de ensayos en los que
tanto el caudal de viruta especifico como la velocidad de giro de la muela permanecen
constantes y, por consiguiente, el espesor de viruta equivalente tampoco variara. En las
siguientes imagenes (Fig. 125 y Fig. 126) puede observarse la relacion a.-E”’c para varios
conjuntos de ensayos en los que el valor del espesor de viruta equivalente permanece
aproximadamente constante. Tal y como puede observarse, la energia por unidad de area
aumenta linealmente con la profundidad de pasada. Ademas, cabe sefialar que la pendiente
de esta relacién disminuird a medida que se aumenta el espesor de viruta equivalente. Este
hecho se debe a que el valor de dicha pendiente serd aproximadamente igual a la energia
especifica (ver Ec. 83) y su valor disminuird a medida que se empleen espesores de viruta
mayores.
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Fig. 125 Evolucion de la energia por unidad de drea con la profundidad de pasada para ensayos
realizados con espesor de viruta equivalente constante. Calculado a partir de datos de [F6c12].
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Fig. 126 Evolucion de la energia por unidad de drea con la profundidad de pasada para ensayos
realizados con espesor de viruta equivalente constante. Calculado a partir de datos de [Wil08].
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111.2.2.1.2. Influencia de 1os parametros de diamantado
En el apartado anterior, se ha observado que la correlacion entre E”. y la HPD generada es

univoca, independiente de los parametros de mecanizado y lineal para un rango de
parametros de rectificado. A continuacidn se ha estudiado la influencia de las condiciones
de diamantado de la muela en dicha relacidn.

Con este objetivo, se han llevado a dos series de ensayos mas con condiciones de
diamantado diferentes (ver Tabla 10 y Tabla 12). Asi, en la primera serie, se utilizado un
overlap ratio Uy4=2 (asociado a condiciones de diamantado groseras) y en la segunda serie
un overlap ratido Us=4 (asociado a condiciones de diamantado convencionales). Cabe
indicar, que en estas dos nuevas series de ensayos, se ha empleado una velocidad de giro
de muela de 30 m/s. De esta forma, los resultados pueden ser comparados con los
obtenidos previamente con unas condiciones de diamantado fino (Ug=10) (Tabla 9).

Cabe sefialar, que las condiciones de los ensayos con Ug=2 y U4=4 se han seleccionado con
el objetivo obtener valores de E”. similares a los obtenidos con Uy=10. En este sentido, se
ha de tener en cuenta, que si se empleasen las mismas combinaciones de parametros de
mecanizado (a, Vi Y Vs) Y se disminuyera el valor del overlap ratio Uy, los valores de fuerza
tangencial y de E”’. serian menores. Esta disminucion de la fuerza tangencial esta provocada
por el hecho de que, tras diamantar con un overlap ratio mas bajo, la muela se encuentra
mas abierta y la viruta puede ser generada con mayor facilidad. Partiendo de esta
consideracién, se han empleado profundidades de pasada mayores a las utilizadas en los
ensayos Uy=10 (conjunto de ensayos A) de manera que las E”. generadas sean
comparables.
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n
vw,teérico ae,tet')rico vw, real ae, real heq € E c HPD

(mm/s) | (mm) | (mm/s)| (mm) | (nm) | (@/mm’) | (/mm?) | (pm)

60 0,150 55 0,161 293 36,2 5,8 85
60 0,150 55 0,158 291 37,8 6,0 122
60 0,175 54 0,180 326 35,3 6,4 135
60 0,175 55 0,181 332 36,8 6,7 165
45 0,200 41 0,216 293 38,6 8,3 220
60 0,250 54 0,260 466 32,8 8,5 238
45 0,200 41 0,220 303 38,9 8,6 260
60 0,250 54 0,267 484 33,9 9,0 272
60 0,275 53 0,283 504 32,1 9,1 241
60 0,275 54 0,287 517 32,5 9,3 278

30 0,225 27 0,265 241 43,9 11,6 383
30 0,225 27 0,264 241 46,6 12,3 410
25 0,200 23 0,264 200 50,4 13,3 507

25 0,250 23 0,320 244 49,3 15,8 595
Tabla 11 Condiciones de rectificado empleadas para estudiar el efecto del diamantado en la
correlacion E”c - HPD. (Conjunto de ensayos C, Ud=4).

Vi tesrico | ejtesrico | Vw,real | e, real heq e E". HPD

(mm/s) | (mm) |(mm/s)| (mm) | (nm) | (/mm’) | (O/mm’) | (um)
25 0,160 23 0,180 139 33,48 6,0 0
60 0,250 54 0,263 474 26,38 6,9 50
60 0,250 54 0,262 475 27,18 7,1 123
60 0,275 54 0,285 511 25,45 7,3 61
60 0,275 53 0,284 506 26,67 7,6 122
60 0,300 53 0,314 560 27,16 8,5 155
45 0,300 40 0,320 430 28,13 9,0 175
60 0,350 53 0,354 628 26,37 9,3 190
45 0,300 41 0,323 438 29,25 9,5 174
60 0,350 53 0,354 624 26,75 9,5 170
60 0,325 53 0,370 660 26,99 10,0 217
30 0,400 27 0,445 398 31,68 14,1 365
30 0,400 26 0,527 465 31,20 16,4 450

Tabla 12 Condiciones de rectificado empleadas para estudiar el efecto del diamantado en la
correlacion E”c - HPD. (Conjunto de ensayos D, Ud=2).
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La Fig. 120 muestra los valores de HPD obtenidos junto con las E”. generadas para los
ensayos con distintas condiciones de diamantado. De nuevo, los resultados confirman que
si las condiciones de diamantado se mantienen constantes, la correlacion E”~HPD es
univoca, lineal e independiente de la profundidad de pasada y la velocidad de avance
seleccionadas. No obstante, para un valor concreto de E”,, la HPD generada es menor para
aquellos ensayos en los que se ha empleado unas condiciones de diamantado groseras.
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Fig. 127 Correlacion entre la energia por unidad de drea y la profundidad de capa templada para el
acero AlSI 1045. (Conjunto de ensayos A, Cy D).

Con el objetivo de ilustrar el origen de este fendmeno, en la Tabla 13, se presentan los
parametros empleados, las fuerzas tangenciales especificas registradas y las HPD generadas
para dos ensayos con E”. similares pero con distintas condiciones de diamantado. Este
hecho se debe a que ambos ensayos presentan valores semejantes de velocidad de avance
y fuerza tangencial especifica. Bajo estas condiciones, la cantidad de calor generada en
ambos ensayos serd aproximadamente igual.

Sin embargo, para generar la misma E”., en el ensayo con un diamantado mas fino (U4=10)
se requiere emplear una profundidad de pasada menor y, por ello, también sera menor la
longitud de la zona de contacto. Asi pues, la energia calorifica estard mas concentrada en
este casoy, como consecuencia, la HPD generada sera mayor.
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Vg Vi, real e, real Uy F', E". HPD
(mm/s) | (mm/s) (mm) () (N/mm) | ()/mm’) (nm)
30 54 0,220 10 16,5 9,1 305
30 53 0,354 2 16,7 9,5 170

Tabla 13 Comparacion de dos ensayos con valores de energia por unidad de drea similares y
condiciones de diamantado diferentes.

I11.2.2.2. Influencia de las propiedades fisicas del material
Una vez que se ha observado la existencia de una correlacion lineal entre E”. y la HPD

generada, en este apartado se investigara si alguna caracteristica de esta correlacion puede
estar relacionada con las propiedades fisicas del material.

Para llevar a cabo este andlisis, se obtendra la relacion E’’.-HPD para dos materiales mas.
En primer lugar se estudiara el acero de rodamientos 100Cr6 (AlSI 52100) y, seguidamente
se analizara el acero 42CrMo4 que es empleado en la fabricacion de arboles de levas. Asi
mismo estos ensayos se llevaran a cabo siguiendo el mismo protocolo y equipamiento
empleado en los ensayos realizados sobre el acero AlISI 1045 de manera que los resultados
de los tres materiales sean comparables.

En las siguientes tablas (Tabla 14 y Tabla 15) se muestran los valores de los parametros de
rectificado empleados junto con de la E”. generada y la HPD obtenida en los ensayos
realizados sobre el acero 100Cr6 y 42CrMo4 respectivamente. Cabe indicar que todos los
ensayos han sido ejecutados con una velocidad de giro de muela de 30 m/s y, previamente
a cada operacion, se han realizado 10 pasadas de diamantado sobre la muela con un
overlap ratio Ug=10.

En la Fig. 120 se presenta la relacion entre E”. y la HPD generada para los tres aceros
estudiados. Tal y como cabria esperar, dicha correlacion es univoca, lineal e independiente
de los pardmetros empleados en el proceso de grind-hardening sobre cada acero lo que
confirma, de nuevo, lo concluido en el apartado anterior. Sin embargo, en cada acero la
zona de transicion en la que comienza a producirse el proceso de grind-hardening (sefialada
mediante una linea discontinua en la grafica) es distinta. Asi mismo, también es diferente la
pendiente de cada correlacidn lineal.
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n
vw,teo’rico ae,teo’rico Vw, real ae, real heq (= E c HPD

(mm/s) | (mm) | (mm/s)| (mm) | (nm) | (@/mm’) | (/mm?) | (pm)

308 0,013 320 0,013 59,9 138 0,8 0
350 0,020 340 0,022 41,5 246 0,9 0
140 0,050 134 0,050 41,2 222 2,1 0
80 0,050 76 0,045 56,9 113 2,6 0
80 0,050 74 0,134 41,0 329 5,5 107
70 0,100 66 0,103 62,2 225 6,4 162
47 0,150 44 0,147 51,6 214 7,6 151
40 0,100 37 0,103 74,3 128 7,7 196
27 0,150 26 0,156 69,8 138 10,9 337
35 0,200 32 0,206 65,8 223 13,6 364
20 0,200 18 0,220 82,6 136 18,2 534
23 0,300 21 0,308 68,3 219 21,0 587

Tabla 14 Ensayos de rectificado plano realizados sobre el acero 100Cré6. (Conjunto de ensayos E).

Vw,teérico ae,’cec:':ricc:: Vw, real ae, real heq €. E"c HPD
(mm/s) | (mm) | (mm/s)| (mm) | (nm) | (/mm’) | ()/mm’) | (um)

308 0,013 320 0,013 59,9 138 0,8 0
350 0,020 340 0,022 41,5 246 0,9 0
140 0,050 134 0,050 41,2 222 2,1 0
80 0,050 76 0,045 56,9 113 2,6 0
80 0,050 74 0,134 41,0 329 5,5 107
70 0,100 66 0,103 62,2 225 6,4 162
47 0,150 44 0,147 51,6 214 7,6 151
40 0,100 37 0,103 74,3 128 7,7 196
27 0,150 26 0,156 69,8 138 10,9 337
35 0,200 32 0,206 65,8 223 13,6 364
20 0,200 18 0,220 82,6 136 18,2 534
23 0,300 21 0,308 68,3 219 21,0 587

Tabla 15 Ensayos de rectificado plano realizados sobre el acero 42CrMo4. (Conjunto de ensayos F).
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Fig. 128 Correlacion entre la energia por unidad de drea y la profundidad de capa templada para los

acero AlSI 1045, 100Cr6 y 42CrMo4. (Conjunto de ensayos A, E y F).

Partiendo de la consideracion de que el proceso de cambio de fase tiene un origen
eminentemente térmico, cabe esperar que alguna de las propiedades térmicas del material
estuviera relacionada con las caracteristicas de la relacion E”.-HPD. Asi, en la Fig. 129 se
muestra la pendiente de la recta de regresién (HPD=A-E” +B) para cada acero estudiado en
funcidén de su conductividad térmica a temperatura ambiente. A partir de la observacidon de
esta figura, se plantea la hipdtesis de que el valor de la pendiente de la relacién E” -HPD
aumentard con el aumento de la conductividad térmica. Sin embargo, para poder confirmar

esta hipodtesis, sera necesario obtener la relacién E”’ -HPD para mas aceros.

Pendiende de la
recta de regresion (A)

55
50 | AISI 1045
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40 -
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35 -
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20 T T 1
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Fig. 129 Comparacion entre la pendiente de la relacion E” .-HPD y la conductividad del material a
temperatura ambiente. Valores de conductividad térmica obtenidos de [Ngul0a], [Met13]y [Had13].
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No obstante, la obtencidon de una expresién analitica que represente la relacion entre la
pendiente de la relacion E” -HPD y la conductividad térmica poseeria poca utilidad practica.
Este hecho se debe a que habitualmente no se llevan a cabo ensayos con el objetivo de
medir la conductividad térmica de cada colada de acero. Sin embargo, se ha de tener en
cuenta que el valor de la conductividad térmica estara relacionado con la composicidn
quimica del material y, ademas, dicha informacion si que es habitualmente proporcionada
por el acerista.

Asi pues, el empleo de un pardmetro que recoja la informacién relativa a la composicidn
quimica en un Unico valor podria ser de utilidad para estimar la pendiente de la relacidon
E”.-HPD. En este sentido, un pardmetro muy extendido en el estudio de procesos de
soldadura o los tratamientos térmicos es el carbono equivalente cuyo valor puede ser
obtenido a partir de la Ec. 84.

%Mn + %Si %Cr + %Mo + %V %Cu + %Ni
) ( ) + ( ) Ec. 84

=0
CE /0C+( 5 S 15

En la Fig. 130 se presentan los valores de la pendiente de la recta de regresion en funcion
del valor del carbono equivalente para cada uno de los tres aceros estudiados. A partir de
los resultados obtenidos, se plantea la hipdtesis de que la relacidén entre ambos parametros
puede ser aproximadamente lineal. No obstante, es necesario llevar a cabo ensayos de
grind-hardening sobre mas aceros para poder confirmar esta hipédtesis.

Por ultimo, cabe mencionar, que la determinacion de una relacidon experimental entre la
pendiente de la relacion E”.-HPD y el carbono equivalente sera de gran utilidad en la
aplicacién del proceso de grind-hardening a nuevos materiales.
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Fig. 130 Comparacion entre la pendiente de la relacion E” ~-HPD y el carbono equivalente.

173



Capitulo III: Propuesta de una metodologia para la prediccion

II1.2.3. Estimacion de la profundidad de capa endurecida mediante
el método de ruido Barkhausen.

A continuacién se pasaran a analizar los resultados de las medidas de ruido Barkhausen
tomadas tras cada ensayo de rectificado plano. Cabe sefialar que, previamente a la
realizacidon estas medidas, se ha efectuado una calibracion de los pardmetros del campo
magnético aplicado obteniéndose unos valores de 1 Vpp y 125Hz para el voltaje y la
frecuencia de excitacion respectivamente. Este ajuste previo resulta imprescindible para
maximizar la sensibilidad de las medidas de ruido Barkhausen.

En la Fig. 131 se presentan los valores RMS de las medidas de ruido Barkhausen junto con
la HPD obtenida para cada uno de los ensayos de rectificado plano. Tal y como se puede
ver, existe una correlacion entre ambos pardmetros y ésta presenta una tendencia
potencial aproximandose a un valor constante a medida que se aumenta el valor de HPD.
Este resultado indica que el método de ruido Barkhausen puede ser de utilidad para estimar
la HPD generada de forma no destructiva tras el proceso de grind-hardening.
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Fig. 131 Relacion entre el valor RMS de la sefial de ruido Barkhausen y la profundidad de capa
endurecida para los ensayos de rectificado plano (conjunto de ensayos A, B, Cy D).

Para comprender este resultado, se ha de tener en cuenta el hecho de que la sefial
registrada se corresponde Unicamente con el ruido Barkhausen emitido por el material
situado en una zona muy superficial. Tal y como se ha descrito anteriormente, el filtrado de
la sefial de ruido Barkausen permite estudiar las propiedades del material a una
profundidad determinada bajo la superficie. Ademas, dicha profundidad puede ser

estimada a partir de las propiedades electromagnéticas del material y de la frecuencia
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seleccionada empleando la Ec. 62. Asi pues, si se tiene en cuenta que la conductividad
eléctrica de la martensita para el acero AlSI 1045 es de 0,41-10'Q™'m™ y la permeabilidad
magnética relativa de 75 [Kah11], la profundidad maxima asociada a la sefial analizada se
situaria en torno a 110 um.

Por otro lado, se ha de considerar que el valor de la sefial de ruido Barkhausen estara
relacionado con las propiedades de la microestructura presente en el material. En este
sentido, cabe mencionar, que la amplitud de la sefial serd menor a medida que la
microestructura del material presente una mayor dureza.

A partir de esta consideracidn, se concluye que el descenso del ruido Barkhausen observado
en los ensayos estara provocado por el aumento de la fraccién de martensita en la zona
analizada. Ademas, el hecho de que el Ruido Barkhausen tienda asintdticamente hacia un
valor constante esta de acuerdo con este planteamiento ya que, a partir de un determinado
valor de HPD, el material situado en la zona analizada presentard una fraccién de
martensita cercana al 100% y su dureza se mantendra aproximadamente constante.

175



Capitulo III: Propuesta de una metodologia para la prediccion

I11.3. PREDICCION DE LA PROFUNDIDAD DE CAPA
ENDURECIDA DURANTE EL PROCESO DE GRIND-
HARDENING II: APLICACION AL RECTIFICADO CILINDRICO
A TRAVES.

Tanto los trabajos analizados en el estado del arte, como los ensayos expuestos en el
apartado anterior, muestran que el rectificado plano podria ser una alternativa viable para
llevar al cabo el endurecimiento superficial de piezas de geometria plana. A la vista de este
resultado, algunos autores han investigado la posibilidad de realizar el endurecimiento de
superficies de revolucion empleando el rectificado cilindrico en penetracién. Sin embargo,
este proceso presenta algunos inconvenientes. Por un lado, no permite obtener un
endurecimiento completo de todo el perimetro de la pieza y, ademas, la anchura de la zona
endurecida se encuentra limitada por la anchura de la muela.

Recientemente, Nguyen et al. [Nguld4] han estudiado la posibilidad de emplear el
rectificado cilindrico a través para endurecer superficies cilindricas con una longitud mayor
a la anchura de la muela. Asi, tal y como se ha comentado en la revisién del estado del arte,
la geometria de la capa endurecida y el aspecto de la pieza tras el grind-hardening sugieren
que la muela ha sufrido un desgaste no uniforme y un embotamiento severo. Sin embargo,
los autores no analizan el proceso de desgaste de la muela ni su efecto en la profundidad de
la capa endurecida. No obstante, el estudio de la influencia del desgaste de la muela resulta
vital de cara a una implementacion industrial del proceso.

En este apartado, en primer lugar, se presentara el trabajo experimental realizado con el
objetivo de estudiar el proceso de desgaste de la muela y su influencia en las propiedades
de la capa endurecida resultante. Seguidamente, se mostraran los resultados de los ensayos
realizados con el propdsito de investigar la existencia de la relacion E”.-HPD en este
proceso y se estudiara la aplicabilidad de la técnica de ruido Barkhausen para estimar la
HPD generada.

II1.3.1. Metodologia experimental

I11.3.1.1. Equipamiento general
En este apartado se describird el equipamiento basico que se ha empleado para llevar a

cabo los ensayos de rectificado cilindrico a través. En concreto, ese equipamiento consta de
los siguientes elementos: la maquina rectificadora, la muela y las piezas sobre las que se
realizaran los ensayos.

La maquina empleada es una rectificadora cilindrica de exteriores de control numérico
modelo FG-600-S del fabricante Danobat® (ver Fig. 132). Esta se encuentra equipada con un
motor lineal en el eje de avance de la muela y un husillo a bolas para ejecutar el
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movimiento de avance en direccién axial de la pieza. Asi mismo, posee un cabezal
portamuela con un husillo que permite alcanzar velocidades angulares de hasta 6000 rpm.
Por otro lado, la maquina posee una instalacion de taladrina que consta de un equipo de
filtrado por gravedad, una bomba con una presidn maxima de 10 bar y un caudal maximo
de 100 I/min. En la Tabla 5, se presenta un resumen de las principales especificaciones
técnicas de la rectificadora.

Fig. 132 Rectificadora plana modelo FG-600-S del fabricante Danobat®.

Elemento mecanico Especificaciones
Cabezal muela Potencia maxima: 15 kW
Velocidad de giro maxima: 6000 rpm
Cabezal pieza Par motor: 24 N-m
Velocidad de giro maxima: 6000 rpm
Eje transversal Carrera: 700 mm
(Direccion avance de la muela) Velocidad de avance maxima: 15000
mm/min
Eje longitudinal Carrera: 325 mm
(Direccion coaxial al eje de la pieza) Velocidad de avance maxima: 15000
mm/min
Dimensiones maximas rectificables Didmetro maximo: 300 mm
Longitud maxima: 600 mm

Tabla 16. Especificaciones técnicas de la rectificadora cilindrica empleada en los ensayos

En cuanto a la herramienta abrasiva utilizada, se ha seleccionado una muela de alimina de
la marca TYROLIT de diametro 400 mm y anchura 18,5 mm y cuya especificacion
normalizada es la siguiente: CS 33A80 2HHVK1. Esta muela estd compuesta por granos de
un tamafo de grano 80 (185 um de didmetro medio) unidos por un aglomerante vitreo.
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Por lo que respecta a las piezas empleadas en los ensayos, estan fabricadas en acero AlSI
1045 normalizado a 28 HRC cuya composicion quimica se presenta en la Tabla 6. Asi mismo,
la geometria y dimensiones de las piezas empleadas se muestran en la Fig. 133. Cabe
sefialar, que la operacidn de grind-hardening se ha realizado sobre la parte con 50 mm de
diametro y 200 mm de longitud

C

Mn

Cr

Mo

Si

P

S

0,48

0,7

0

0

0,15

0,010

0,024

Tabla 17 Composicion quimica del acero AlSI 1045 empleado en los ensayos (concentraciones
expresadas en porcentaje de masa de cada elemento quimico).
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Fig. 133 Geometria y dimensiones de las piezas empeladas en los ensayos de rectificado cilindrico a
través. Dimensiones en mm.

I11.3.1.2. Equipamiento para la monitorizacién del proceso
Al igual que en el caso de los ensayos de rectificado plano, durante el rectificado cilindrico a

través la estimacion de la energia por unidad de area E”. requerira de la cuantificacion de
las siguientes magnitudes: la potencia de corte, la velocidad de avance de la pieza v,, y la
anchura de la muela comprometida en el corte b.

La potencia de corte se ha registrado, en este caso, a partir de la medida de la potencia
consumida por el cabezal y descontando el consumo de este elemento en vacio. Para llevar
a cabo esta tarea, se ha empleado una célula de potencia universal modelo UPC de la marca
Load Controls Inc (Fig. 134a), una tarjeta de adquisicion de datos modelo USB-6251 del
fabricante National Instruments y el software de adquisicién de datos Labview® (Fig. 134b).
El tratamiento de la sefial se ha llevado a cabo utilizando el software Matlab. Por lo que se
refiere a la velocidad de giro de la pieza, se ha considerado su valor tedrico para llevar a
cabo la estimacion de E”.. En este sentido, cabe sefialar que se ha estimado que la
diferencia entre la velocidad real de giro proporcionada en el cabezal pieza y la introducida
en el control numérico es inferior al 5%.
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Fig. 134 Célula de potencia modelo UPC (a) y tarjeta de adquisicion de datos NI USB-6251 (b).

II1.3.1.3. Protocolo de ejecucion de los ensayos de rectificado cilindrico a
través
El estudio de la aplicabilidad del rectificado cilindrico a través como un proceso de

endurecimiento superficial requerird de Ila ejecucidon de numerosos ensayos
experimentales. Cada uno de estos ensayos ha sido realizado siguiendo el siguiente
protocolo:

e Preparacion de la pieza: tras la sujecion de la pieza entre puntos, se ha procedido
a llevar a cabo una operacion de rectificado cilindrico a través de la zona de la
pieza que posteriormente serda endurecida (los parametros empleados se
muestran en la Tabla 8). Esta operacidn previa resultard necesaria para que,
durante el posterior ensayo de grind-hardening, la profundidad de pasada sea lo
mas uniforme posible en toda la longitud de la pieza.

Vel. de la muela Vel. de la pieza Vel. de avance Prof. de pasada
v, (m/s) vy, (mm/s) v¢ (mm/min) AD (mm)
45 610 560 0,020

Tabla 18 Parametros de rectificado empleados en la preparacion de la pieza.

e Realizacion de la operacion de grind-hardening: una vez preparada la pieza, se ha
ejecutado un diamantado de la muela realizando pasadas de 20 um con una
velocidad de avance de 200 mm/min. Cabe sefialar que la maquina empleada
dispone de un sensor acustico VM35 de la marca Balance Systems® mediante el
cual puede determinarse si el diamantado es continuo a lo largo de toda la
anchura de la muela. A continuacion, se ha llevado a cabo una pasada de
rectificado cilindrico a través en seco con los parametros de mecanizado
seleccionados para el ensayo correspondiente. Durante esta operacion, se ha
registrado la potencia consumida por el cabezal muela empleando el sistema de
medida que se ha descrito en el apartado anterior.
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e Anadlisis del perfil de la muela tras el rectificado: tras la realizacién de la pasada de
grind-hardening, se ha analizado el perfil de la muela con el objetivo de estudiar el
desgaste de ésta. Este analisis se ha llevado a cabo de forma indirecta
reproduciendo el perfil de la muela en una plaquita de aluminio y midiendo, a
continuacidn, el perfil de ésta que se corresponde con el negativo de la geometria
de la muela.

En concreto, esta etapa se ha llevado a cabo en dos pasos. En un primer paso, se ha
penetrado en la plaquita 0,5 mm avanzando con la muela segun la direccion radial a ésta
(ver Fig. 134). A continuacidn, el perfil de la muesca realizada ha sido medido mediante

microscopia dptica confocal y empleando una microscopio Leica DCM 3D (ver Fig. 136).

Fig. 135 Posicién la plaquita de aluminio dentro de la rectificadora.

Fig. 136. Vista general del dispositivo empleado para la medicion del perfil de la plaquita mediante
microscopia dptica confocal.

e Maedicion del didametro final de la pieza: seguidamente, se ha procedido a la
medicién del didmetro de la pieza en tres secciones diferentes: a 20 mm del
extremo derecho de la zona rectificada, en el centro de la zona rectificada y a 20

mm del extremo izquierdo de la zona rectificada.
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e Medicion de la seiial de ruido Barkhausen: seguidamente, se han tomado
medidas de ruido Barkhausen en 10 puntos separados 20 mm entre si sobre la
zona rectificada. Para ello, se ha empleado el equipo comercial Rollscan 300 de
Stresstech (Fig. 137) junto con la sonda S1-18-12-01. En concreto, se ha registrado
el valor RMS de los pulsos de la sefial de ruido Barkausen tras realizar un filtrado al
ancho de banda 70-200 Hz.

Fig. 137 Medicion de la sefial de ruido Barkhausen sobre una pieza cilindrica.

e Cuantificacion de la HPD generada: por ultimo, se ha seccionado la pieza en
direccidon normal a la direccion de avance (direccion de su eje de rotacion). A
continuacion, se ha extraido una muestra de la zona superficial y la HPD se ha
cuantificado mediante la toma y medida de micrografias siguiendo el
procedimiento descrito en el apartado 111.2.1.4.

II1.3.2. Estudio de la influencia del desgaste de la muela.

En este apartado, se presentaran y comentardn los resultados de los ensayos
experimentales realizados con el propdsito de investigar el proceso de desgaste de la muela
y su influencia en las propiedades de la capa endurecida.

Las combinaciones de pardmetros empleadas en los ensayos se presentan en la Tabla 19.
Cabe indicar que se ha decidido mantener constante el overlap ratio (U) ya que este
parametro afecta directamente al proceso de degaste de la muela y, de lo contrario, seria
mas complejo comparar los resultados de los ensayos entre si.

nsayo | (| (mmss) (rﬁz) (mm%:mm-s) (lf)
1 45 100 0,100 5 3
2 45 100 0,150 7,5 3
3 45 200 0,150 15 3

Tabla 19 Parametros de rectificado empleados en los ensayos previos de rectificado cilindrico a través.
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En la Fig. 138 puede observarse el estado de las piezas después de cada ensayo. Todas las
piezas presentan un patrdn visual en el que se aprecian dos zonas diferenciadas: una hélice
de color brillante de paso aproximadamente igual al avance por vuelta y otra zona situada
entre la hélice cuyo color sugiere que se ha podido generar un cambio de fase en la pieza.
Asi mismo, también puede distinguirse cémo la coloracion de esta zona es uniforme en la
fase inicial del proceso (derecha de la pieza) y, a medida que éste avanza, comienzan a
aparecer manchas brillantes intermitentes en la superficie que advierten que el proceso ha
podido inestabilizarse.

Inestabilidad

a) Ensayo 1
Inestabilidad

b) Ensayo 2
Inestabilidad Inestabilidad

c) Ensayo 3

Fig. 138 Estado de las piezas después de la realizacién del ensayo de grind-hardening.
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Este fendmeno tiene su origen en el proceso de desgaste de la muela. En primer lugar, se
ha de tener en cuenta que el desgaste no se da de forma uniforme en toda la anchura de la
muela. Debido a la cinemdtica del proceso de rectificado cilindrico a través, la zona mas
préxima al borde de ataque de la muela eliminara la mayor cantidad de material (ver Fig.
139). Esta primera zona poseera una anchura aproximadamente igual al avance por
revolucién a;. No obstante, dicha zona no serd capaz de eliminar todo el material
comprendido dentro de la profundidad de pasada ya que sufrird un desgaste radial a
medida que avanza el proceso y, como consecuencia, se generara un perfil escalonado en la
superficie de la muela.

Vi Muela
h
af v af N af
a,| Material eliminado
e

P|eza—|—‘ Perfil inicial de la muela

Fig. 139 Proceso de desgaste de la muela durante el rectificado cilindrico a través

Las imagenes de la superficie de la muela después de cada ensayo (Fig. 140) muestran
claramente que existen tres zonas con un nivel de desgaste diferente cuya anchura es
aproximadamente igual al avance por vuelta. Este mismo efecto, también se observa en las
medidas del perfil de la muela después de cada ensayo (Fig. 141, Fig. 142 y Fig. 143).

En concreto, en las imagenes correspondientes a los ensayos 1y 2 puede apreciarse que la
zona situada mas a la izquierda la muela presenta un embotamiento severo. Esta es la parte
que habrd eliminado mayor cantidad de material durante el rectificado y, ademas, el
embotamiento se vera favorecido por hecho de que el proceso de lleva a cabo sin fluido de
corte. Por otro lado, la zona central de la muela presenta un aspecto gris caracteristico de
un proceso de rectificado y, por ultimo, la franja situada mas a la derecha muestra un color
blanquecino que indica que esta zona apenas ha eliminado material.

Asi mismo, la geometria del perfil obtenido en los ensayos 1y 2 indica que, en ambos casos,
el desgaste radial en la zona situada mas a la izquierda de la muela ha sido ligeramente
superior a las otras dos partes (en torno a 10 um mayor). No obstante, debido a que la
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profundidad de pasada es de 0,5 mm en radio en el ensayo 1y de 0,75 mm en el ensayo 2
la zona situada mas a la izquierda de la muela habra sido la que mds material habrd
eliminado durante todo el proceso. En este sentido, cabe sefalar, que las virutas
incandescentes se concentraban en ambos ensayos en esta zona de la muela.

En el ensayo 3, sin embargo, la zona con un embotamiento severo se encuentra en la parte
central y la zona mas préxima al borde de ataque presenta un aspecto blanquecino. A la
vista del aspecto de la muela, puede plantearse que el aumento excesivo de las fuerzas de
corte en el primer tercio de muela (debido al embotamiento de ésta) haya provocado la
rotura de los puentes de aglomerante.

Ademas, en la geometria de perfil de la muela puede apreciarse como la parte izquierda de
la muela presenta un desgaste radial muy superior a las otras dos zonas. En concreto, la
diferencia en el desgaste radial es de aproximadamente 0,75 mm y coincide con el valor de
la profundidad de pasada radial para este ensayo. De esta forma, habrd dejado de
producirse el contacto en dicha zona y la parte de mayor arranque se habra desplazado
hacia la zona central. Cabe indicar que, durante este ensayo, se observd que la viruta
incandescente se desplazaba hacia el centro de la muela aproximadamente en la mitad del
ensayo.

a) Ensayo 1 b) Ensayo 2 c) Ensayo 3

Fig. 140 Estado de la muela después de la realizacion del cada ensayo de grind-hardening.
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Fig. 141 Geometria del perfil de la muela tras el ensayo 1
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Fig. 142 Geometria del perfil de la muela tras el ensayo 2
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Fig. 143 Geometria del perfil de la muela tras el ensayo 3

A partir de estos resultados, se concluye que el proceso de endurecimiento Unicamente se
produce en el contacto de la zona de mayor embotamiento con la pieza ya que en ésta se
eliminara la mayor cantidad de material. Ademas, este planteamiento esta de acuerdo con
el hecho de que el paso de la hélice observada coincida con el avance por vuelta.

En cuanto a la aparicidn progresiva de las marcas brillantes intermitentes sobre la zona mas
oscura, ésta puede estar ocasionada por un aumento gradual del nivel de embotamiento de
la muela. De esta forma, el abrillantado de la pieza podria deberse a una mayor
deformacidn plastica del material en la superficie como consecuencia del aumento de la
superficie de contacto metal-metal.

Por otro lado, la aparicion discontinua de las marcas brillantes puede tener su origen en la
generacion de vibraciones producidas por el aumento de las fuerzas de corte. En este
sentido, cabe sefialar, que durante los tres ensayos se observd en dicha zona una
generacién intermitente de viruta incandescente. No obstante, la zona en la que se da este
fendmeno es diferente en cada ensayo. Asi, en el ensayo 1, se presenta justamente al final
de la pasada de rectificado (zona mas hacia la izquierda); en el ensayo 2, cuando se han
recorrido tres cuartas partes de la longitud a rectificar y, en el ensayo 3, hacia la mitad de la
pieza. Este hecho se debe a que el embotamiento de la muela se produce mas rapido a
medida que se aumenta el caudal de viruta especifico.
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Una vez analizado el proceso desgaste de la muela, se ha procedido a estudiar su efecto en
la profundidad de la capa endurecida. En este sentido, las medidas de ruido Barkhausen
tomadas en diferentes puntos a lo largo de la pieza han permitido realizar una prediccién
previa no destructiva de la naturaleza de dicha capa. Tal y como puede verse en la Fig. 144,
el nivel de ruido Barkhausen no es uniforme y, a partir de lo observado previamente para
los ensayos de rectificado plano, se concluye que la profundidad de capa endurecida no es
igual en toda la longitud rectificada.

c 180
a
3 160 ¢ Ensayo 1 = o
g Ensayo 2
a3 140 m Ensayo 3
'g 120
2 " .
% 100 . >
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f_>0 Ancho de banda analizado: 70-200 kHz
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Distancia al extremo izquierdo (mm)

Fig. 144 Resultados de la medicion de ruido Barkhausen después de cada ensayo.

Con el objetivo de ilustrar este efecto, en la Fig. 145 se muestran las micrografias obtenidas
para cada una de las tres muestras extraidas del ensayo 1. Tal y como se ha descrito
anteriormente, se han analizado tres muestras de secciones transversales situadas a 20 mm
del extremo izquierdo de la zona rectificada, en el centro de la zona rectificada y a 20 mm
del extremo izquierdo de la zona rectificada. Los resultados indican que efectivamente la
HPD generada no es constante a lo largo de la pieza. Ademas, la evolucion de la HPD
generada sigue la tendencia sugerida por las medidas de ruido Barkhausen aumentando a
medida que avanza el proceso. Asi mismo, cabe mencionar, que en la micrografia
correspondiente a la zona izquierda de la pieza se observa como la fase ferritica proxima a
la superficie presenta una orientacién horizontal indicando que ha existido una
deformacion pléstica severa en esta zona de la pieza. Este resultado esta de acuerdo con la
hipdtesis planteada anteriormente en la que se sugeria que la aparicion del
abrillantamiento de la pieza podria estar ocasionada por un aumento de deformacion
plastica del material provocado por el embotamiento de la muela.
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a) lzquierda b) Centro b) Derecha

Fig. 145 Evolucion de la profundidad de capa endurecida en el ensayo 1.

II1.3.3. Estimacion de la profundidad de capa endurecida

Tal y como se ha observado en el apartado anterior, la aplicacidon del proceso de grind-
hardening al rectificado cilindrico a través presenta el inconveniente de que la HPD
generada puede variar significativamente a lo largo de la pasada de rectificado. Ante esto,
la busqueda de una metodologia que permita predecir este parametro resulta mas
importante si cabe de cara a una implementacidn industrial del proceso.

A la vista de los resultados obtenidos en los ensayos de rectificado plano, se investigara, en
primer lugar, la existencia de la relacién E”-HPD en el rectificado cilindrico a través. A
continuacidn, se evaluara la posibilidad de estimar la HPD generada tras el proceso de
forma no destructiva empleando el método de ruido Barkhausen.

Para llevar a cabo ambos estudios, se ha partido de los resultados se una serie de ensayos
experimentales que han sido realizados siguiendo el protocolo establecido en el apartado
111.1.3. Las combinaciones de parametros empleadas se muestran en la Tabla 19. Tal y como
se puede ver, todos los ensayos han sido ejecutados empleando un overlap ratio U=3 de
manera que el patron de desgaste de la muela sea semejante al observado en los ensayos
comentados en el apartado anterior. Asi mismo, para el cdlculo de E”. se ha considerado la
hipdtesis de que la anchura de la muela comprometida en el corte b, se corresponde con
dos tercios de la anchura total de la muela. Cabe indicar que, en ambos estudios, se han
considerado los datos registrados en los ensayos para las tres secciones analizadas en cada
pieza.

La Fig. 146 muestra la relacion entre E”. y la HPD generada para los ensayos presentados en
la Tabla 20. Como se puede ver, los resultados sugieren que en el caso del rectificado
cilindrico a través también existe una relacion univoca y lineal entre E”’. y HPD para el rango
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de parametros analizado. Ademas, cabe sefialar, que la desviacion de los valores de HPD
medidos respecto a la recta de ajuste tedrico es siempre inferior a 25 um. En este sentido,
se ha de tener en cuenta que los valores de E”. han sido calculados considerando el valor
tedrico de la velocidad de giro de la pieza por lo que un registro mds preciso de esta
variable reducira dicha desviacién. A pesar de ello, se concluye que el control on-line de E”,
también sera Util para predecir la HPD generada durante este proceso.

Por ultimo, en la Fig. 147 se muestran los valores RMS de las medidas de ruido Barkhausen
realizadas junto con la HPD obtenida para cada uno de los puntos analizados. Al igual que
en los ensayos de rectificado plano, los resultados sugieren que existe una relacion
potencial entre el valor RMS de la sefial de ruido Barkhausen y la HPD de la pieza. Asi pues,
las correlaciones experimentales obtenidas a partir de los ensayos de rectificado plano y
rectificado cilindrico (Fig. 131 y Fig. 147) podrian servir para estimar la HPD de forma no
destructiva en piezas de acero AISI 1045 endurecidas mediante grind-hardening. No
obstante, se ha de tener en cuenta que esta relacion variara si se modifican los parametros
de excitacidn y/o el area de contacto de la sonda empleada.

Ensayo Vusedrico | ADresrico Seccién ADrea £ 2 HPD
(mm/s)| (mm) (mm) | (/mm7) | (um)
Izquierda 0,016 0,6 30

1 100 0,010 Centro 0,014 0,6 27
Derecha 0,013 0,8 50

Izquierda 0,069 1,5 75

2 100 0,025 Centro 0,066 1,7 87
Derecha 0,074 1,7 88

Izquierda 0,084 1,9 88

3 100 0,050 Centro 0,085 2,1 108
Derecha 0,095 2,0 101

Izquierda 0,134 1,5 50

4 100 0,100 Centro 0,129 1,9 107
Derecha 0,134 2,1 130

Izquierda 0,138 2,5 129

5 100 0,110 Centro 0,132 2,5 130
Derecha 0,139 2,3 123

Izquierda 0,143 2,2 90

6 100 0,120 Centro 0,143 2,3 111
Derecha 0,147 2,4 118

Tabla 20 Parametros de rectificado empleados en los ensayos de rectificado cilindrico a través
(continua en la siguiente pdgina).
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Ensayo Vu,tesrico | BDtesrico Seccién ADc, E". ) HPD
(mm/s) | (mm) (mm) | (J/mm’) | (um)
Izquierda 0,181 2,5 140
7 100 0,150 Centro 0,167 3,0 155
Derecha 0,176 2,7 125
Izquierda 0,027 0,5 18
8 200 0,010 Centro 0,024 0,6 31
Derecha 0,024 0,7 38
Izquierda 0,075 1,2 68
9 200 0,050 Centro 0,068 1,3 70
Derecha 0,075 1,3 78
Izquierda 0,097 1,5 77
10 200 0,060 Centro 0,089 1,7 82
Derecha 0,094 1,7 88
Izquierda 0,095 1,3 64
11 200 0,080 Centro 0,088 1,5 86
Derecha 0,091 1,6 87
Izquierda 0,105 1,8 80
12 200 0,090 Centro 0,099 1,9 85
Derecha 0,095 1,9 95
Izquierda 0,144 2,0 90
13 200 0,100 Centro 0,121 2,2 95
Derecha 0,155 2,0 85
lzquierda 0,180 1,9 80
14 200 0,150 Centro 0,170 1,9 75
Derecha 0,165 2,1 95
Tabla 21 Pardmetros de rectificado empleados en los ensayos de rectificado cilindrico a través
(continuacion).
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III.4. CONCLUSIONES

A partir de lo expuesto en este capitulo se desprenden las siguientes conclusiones:
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Los resultados de anteriores trabajos han mostrado que la HPD generada variara
durante el proceso si los parametros de rectificado se mantienen constantes. Ante
esto, surge la necesidad de controlar on-line la HPD generada.

En esta linea, se ha planteado la hipdtesis de que la energia por unidad de area E”’,
puede ser un parametro adecuado para predecir la HPD generada durante el grind-
hardening ya que éste incluye efecto tanto de la potencia calorifica como del
tiempo de contacto.

Se han llevado a cabo ensayos experimentales de grind-hardening mediante el
proceso de rectificado plano y se ha observado la existencia de una correlaciéon
univoca entre E”. y la HPD generada. Ademas, los resultados muestran que dicha
correlacion es lineal e independiente de los parametros de rectificado empleados
para el intervalo de valores de E”. estudiado. No obstante, esta correlacion
depende de las condiciones de diamantado de la muela.

La correlaciéon entre E”. y la HPD generada se ha observado también en los
resultados de los trabajos realizados por otros autores. Sin embargo, se ha
detectado que si se disminuye el espesor de viruta maximo por debajo de un valor
determinado, la HPD obtenida es inferior a la que predeciria la correlacion lineal
obtenida. El origen de este fendmeno podria deberse a que un cambio en la etapa
predominante durante el proceso de generacién de la viruta disminuyera la
fraccién de calor evacuada hacia la pieza.

Se ha obtenido experimentalmente la correlacién E”-HPD para los aceros AlSI
1045, 100Cr6 y 42CrMo4. A partir de los resultados obtenidos, se ha planteado la
hipdtesis de que es posible estimar la pendiente de esta correlacidn lineal a partir
de la composicion quimica del material considerando el valor del carbono
equivalente.

Se ha estudiado experimentalmente el proceso de desgaste de la muela durante el
grind-hardening aplicado al rectificado cilindrico a través. A partir de los resultados
obtenidos, se ha observado que el desgaste de ésta no es uniforme en todo el
ancho de la muela. En concreto, la zona que elimina la mayor cantidad de material
presenta un embotamiento severo y éste puede dar lugar a la rotura de los
puentes de aglomerante y a un desgaste excesivo de la muela. Asi mismo, como
consecuencia del embotamiento progresivo de la muela, la HPD generada y la
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deformacion plastica de la zona superficial aumentan a medida que avanza el
proceso.

Se ha observado que para el rectificado cilindrico a través también existe una
relacion univoca y lineal entre E”. y la HPD generada. Asi pues, este parametro
también sera util para llevar a cabo el control on-line de la HPD generada durante
el rectificado cilindrico a través.

Por ultimo, cabe destacar, que las mediciones de ruido Barkhausen realizadas
muestran que existe una correlacion entre el valor RMS de la seial de ruido
Barkhausen y la HPD generada. Este resultado indica que el método de ruido
Barkhausen también sera de utilidad para cuantificar la HPD generada de forma no
destructiva tras el proceso de grind-hardening.
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CAPITULOIV: ESTUDIO EXPERIMENTAL DEL EFECTO
DEL REVENIDO DURANTE EL ACABADO DE PIEZAS
ENDURECIDAS MEDIANTE GRIND-HARDENING
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IV.1.INTRODUCCION

En la revisidn del estado del arte llevada a cabo en el capitulo 2, se ha observado como el
proceso de grind-hardening podria presentarse como una alternativa a los tratamientos de
endurecimiento superficial industriales como el temple por induccién o el temple laser. Asi,
a diferencia de otras variantes del rectificado, en este nuevo proceso se intenta maximizar
de forma controlada la temperatura en la superficie de la pieza y, por ello, se realiza una
Unica pasada de gran profundidad y se elimina el fluido de corte.

Sin embargo, el empleo de este tipo de condiciones de rectificado presenta algunos
inconvenientes. Por un lado, la aparicién de deformaciones térmicas en la pieza y el hecho
de que éste se realice en una Unica pasada derivan en una precision dimensional de la pieza
insuficiente. En este sentido, en trabajos anteriores se han observado diferencias de altura
entre los extremos de la pieza y la zona central desde 30 hasta 200 um. Por otro lado, el
acabado superficial es de una calidad inferior al de otros procesos de rectificado. Asi, en
estudios anteriores, se han obtenido valores de rugosidad media Ra comprendidos entre
0,94 y 5 um [Bro98, Ngu07, Wil08]. Tal y como se ha comentado en el Capitulo I, este
resultado podria estar provocado por aspectos como la ausencia de fluido de corte, la
realizacidn de una Unica pasada de rectificado o la redeposicion de material sobre la pieza.
No obstante, se ha de tener en cuenta que, habitualmente, en las piezas acabadas
mediante rectificado es necesario obtener una rugosidad inferior a 1 um Ra.

Asi pues, al igual que las piezas procedentes de otros tipos de tratamientos térmicos
superficiales, las endurecidas mediante grind-hardening precisaran de un rectificado
posterior que les proporcione la precisiéon dimensional y el acabado superficial requeridos.
No obstante, durante esta ultima operacion de acabado, el aumento de la temperatura en
la superficie de la pieza podria provocar un proceso de revenido que reduzca su dureza.

El estudio de este fendmeno resulta de vital importancia de cara a una posible implantacién
industrial del proceso de grind-hardening ya que la reduccion excesiva de la dureza
superficial de la pieza conllevaria su rechazo. A pesar de ello, en la revision del estado del
arte no se ha encontrado ningun trabajo en el que se aborde dicho problema.

Tal y como se ha descrito previamente, el proceso de revenido estd provocado
principalmente por la difusién del carbono en la estructura metaldrgica del material y, por
lo tanto, su desarrollo dependerd de cémo evolucione la temperatura con el tiempo.

En este sentido, cabe destacar el trabajo llevado a cabo por Takazawa [Tak66]. En éste, el
autor lleva a cabo ensayos de rectificado sobre piezas endurecidas y observa que el efecto
del revenido se incrementa al aumentar dos parametros: la temperatura superficial de la
pieza y la relacion entre la longitud de contacto y la velocidad de avance. Se ha de tener en
cuenta que este Ultimo parametro permite obtener una estimacion del tiempo que un
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punto de la superficie de la pieza se encuentra bajo la accion del calor generado en la zona
de contacto.

A partir de estos resultados, cabe plantearse si la energia por unidad de area E". podria
estar relacionada con la caida de dureza provocada por el proceso de revenido. A priori,
esta hipodtesis resulta coherente ya que este parametro considera tanto el efecto de la
potencia calorifica generada durante el rectificado como el tiempo de contacto entre la
muela y la pieza.

En este capitulo, se describird, en primer lugar, la metodologia experimental propuesta
para estudiar el efecto de revenido durante el acabado de piezas endurecidas mediante
grind-hardening. A continuacidn, se presentardn los ensayos realizados con el objetivo de
estudiar la relacion entre la caida de dureza del material y la energia por unidad de area.
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IV.2. METODOLOGIA EXPERIMENTAL

La principal ventaja del proceso de grind-hardening radica en que tanto el endurecimiento
superficial, como el acabado de la pieza, pueden realizarse en la misma maquina y en una
Unica atada. De esta forma, se reducen los tiempos y costes de produccién. Partiendo de
esta consideracidn, los ensayos de acabado se han llevado a cabo en la misma rectificadora
plana empleada en el estudio del proceso de grind-hardening descrito en el capitulo 3
(modelo Orbit de Blohm). Ademas, la muela y las piezas utilizadas poseen también las
mismas dimensiones y propiedades. Cabe sefialar, que Unicamente se ha estudiado el
proceso sobre un material (el acero AlSI 1045), sin embargo, la metodologia propuesta se
puede aplicar para estudiar la influencia del revenido en otro tipo de materiales.

Por otro lado, el valor de la E”. generada durante el proceso se ha estimado a partir de la
medida de la fuerza tangencial y de la velocidad de avance de la pieza. En concreto, las
fuerzas de corte se han registrado empleando un dinamémetro Kistler 9257B colocado bajo
la pieza y la cadena de medida descrita previamente en el apartado 11.2.1.2. En cuanto a la
velocidad de avance de la pieza, ésta ha sido estimada a partir del cociente entre el
intervalo de tiempo comprendido entre los instantes de entrada y salida de la muela y la
longitud rectificada (100 mm en este caso).

Una vez descrito el equipamiento empleado, a continuacidn, se describira el protocolo
propuesto para llevar a cabo los ensayos que permitan estudiar el efecto del revenido en
piezas endurecidas mediante grind-hardening. Este consta de tres etapas que se muestran
esquematicamente en la Fig. 148:

Endurecimiento superficial de la pieza mediante grind-hardening.

Rectificado: minimizaciéon de los errores de planitud.

Realizacidén de una pasada de rectificado en la que se producira el revenido de la
superficie.

A continuacion, se describird en detalle el protocolo seguido en cada una de las tres etapas.

’ Grind-hardenin \ Rectificado: minimizacién Rectificado:pasada de
g | de errores de planitud acabado (revenido)

Fig. 148 Protocolo para estudiar el efecto del revenido durante el acabado de piezas endurecidas
mediante grind-hardening.
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Etapa 1: endurecimiento superficial de la pieza mediante grind-hardening

En primer lugar, se ha llevado a cabo un ensayo de grind-hardening en seco con los
parametros de rectificado indicados en la Tabla 7 y siguiendo el procedimiento descrito en
el apartado I11.2.1.3. En este caso, el diamantado de la muela previo a la pasada de grind-
hardening se ha ejecutado empleando un diamante monopunta y realizando 10 pasadas de
20 pm con un overlap ratio U4=10. Asi mismo, la anchura de la zona rectificada ha sido de

10 mm.
Prof. pasada Vel. avance Vel. muela
a. (mm) vy (mm/s) Vs (m/s)
0,3 10 30

Tabla 22. Pardmetros de rectificado empleados en el endurecimiento superficial de las piezas durante
los ensayos de acabado.

Cabe sefialar que la HPD generada en el centro de la pieza con las condiciones de
rectificado empleadas es de aproximadamente 1 mm. Se ha de tener en cuenta que la zona
endurecida debera poseer la profundidad suficiente para no ser eliminada en las sucesivas
operaciones de rectificado que se efectuaran sobre la pieza. Ademas, en el caso de obtener
una HPD suficientemente elevada, se conseguira austenizar completamente el material mas
proximo a la superficie y obtener una fase metalurgica compuesta Unicamente de
martensita. Asi, el material contenido en esta zona habra alcanzado la maxima dureza que
puede obtenerse mediante este proceso (que en el caso del acero AISI 1045 se encuentra
en torno a los 760 HV). Este hecho resulta ventajoso ya que permitird generar,
posteriormente, diferentes grados de revenido en la pieza que conduciran a diferentes
niveles de caida de dureza en la superficie.

Etapa 2: minimizacion de los errores de planitud

El objetivo de esta segunda etapa es mejorar la planitud de la superficie endurecida en el
paso anterior. Esta operacion resulta imprescindible para que durante la etapa posterior
(pasada de revenido) la profundidad de pasada real se aproxime a la programada en el
control de la maquina. No obstante, se ha de tener en cuenta, que durante este
acondicionamiento de la pieza se debera evitar la aparicién de revenido.

En concreto, esta etapa se han llevado a cabo diez operaciones de planeado que han sido
ejecutadas con los pardmetros indicados en la Tabla 7 y en las que se ha empleado un
caudal de taladrina de 35 I/min. Ademas, después de cada una de estas diez operaciones, se
han ejecutado cuatro pasadas de apagado de chispa.
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Asi mismo, antes de comenzar con esta segunda etapa, se han ejecutado 10 pasadas de
diamantado sobre la muela con una profundidad de pasada de 20 um y con un overlap ratio
Ud=10.

Prof. pasada Vel. avance Vel. muela
ae (mm) vy (Mmm/s) v, (m/s)
0,01 333 30

Tabla 23. Pardmetros de rectificado empleados en las operaciones de planeado.

Cabe seiialar, que se llevo a cabo una prueba preliminar con el objetivo de determinar el
numero de operaciones de planeado. Asi, en primer lugar, se verificd que la superficie
endurecida mediante grind-hardening presentaba una geometria en forma de “U”. Para
ello, se empled un reloj comparador Mitutoyo modelo 543-450B cuyo soporte magnético se
acopld al bastidor del cabezal muela y cuyo émbolo se colocé perpendicular a la superficie
planeada (ver Fig. 149).

Con el objetivo de ilustrar el procedimiento seguido para realizar esta medida, en la Fig. 149
se muestra un esquema de la pieza y, en éste, la posicion del comparador se indica con la
letra “A”. La posicion de referencia para las medidas (cero del comparador) se tomé a 10
mm del extremo de entrada de la muela en la pieza (w= 10 mm) y en el centro de la
anchura de la zona rectificada (b,/2). A continuacion, se desplazé el comparador a lo largo
de la pieza y se midid la diferencia de altura con el punto de referencia en otros 8 puntos
espaciados 10 mm entre si. Tal y como puede observarse en la Fig. 150, la maxima
diferencia de altura entre los extremos de la pieza y la zona central fue de
aproximadamente 93 pum.

Fig. 149 Posicién de las medidas realizadas con el comparador con el objetivo de verificar la planitud
de la superficie rectificada.
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Seguidamente, se llevaron a cabo consecutivamente las operaciones de planeado v,
después de cada una de éstas, se verificd de nuevo la planitud de la superficie empleando el
reloj comparador. Tras la octava operacion de planeado, se observd que la diferencia de
alturas a lo largo de toda la superficie rectificada era inferior a 5 um (ver Fig. 150). Ante este
resultado, para las siguientes pruebas, se decidié realizar 10 operaciones de planeado
durante esta etapa de acondicionamiento de la pieza.

20
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——Despues de gh —=1 —-2 —-3 —-4 —-5 6 7 8 9 10

Fig. 150 Medidas de altura relativa tomadas con el reloj comparador con el objetivo de estimar la
planitud de la zona rectificada.

Finalmente, se comprobd que el material de la pieza no habia sufrido revenido durante las
operaciones de planeado. Para ello, se secciond la pieza en direccion transversal a la
direccion de avance de la pieza a 50 mm del extremo de entrada de la muela (seccion
representada mediante una linea discontinua en la Fig. 149). Posteriormente, se llevod a
cabo un ensayo de microdurezas en el centro de la anchura rectificada y se verificé que la
dureza superficial no habia descendido respecto de la obtenida en la fase de grind-
hardening.
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Etapa 3: ejecucion de la pasada de revenido

Esta ultima etapa tiene como propdsito generar piezas con diferentes niveles de revenido
de manera que se pueda estudiar la relacion entre la E”’. generada y la caida de dureza en la
superficie.

En primer lugar, se han ejecutado 10 pasadas de diamantado sobre la muela con una
profundidad de pasada de 20 um y con un overlap ratio U4=10. A continuacion, con el
objetivo de generar el proceso de revenido, se ha llevado a cabo una pasada de rectificado
plano sobre la zona de la pieza endurecida previamente. Durante este proceso, se han
registrado las fuerzas de corte y las condiciones de refrigeracion empleadas han sido las
mismas que en la etapa anterior. Finalmente, se ha medido la rugosidad media Ra en el
centro de la superficie rectificada y en direccién transversal al avance de la pieza. Para ello,
se ha empleado un rugosimetro Taylor Hobson Surtronic 25.

Por ultimo, se ha cuantificado el nivel de revenido generado mediante la medicion de la
caida de dureza en la superficie de la pieza. Cabe mencionar que, si bien esta tarea puede
realizarse mediante un ensayo de dureza Vickers, éste implicard la destruccion de la pieza.
Teniendo en cuenta este aspecto, una alternativa no destructiva para obtener el valor de la
dureza superficial podria ser la ejecucidn un ensayo Rockwell. No obstante, esta
metodologia se basa en realizar una percusién en direccidn perpendicular a la superficie de
la pieza y, por ello, cabe preguntarse hasta qué punto el material de menor dureza situado
bajo la superficie puede influir en la medida de dureza obtenida.

Por consiguiente, con el objetivo de estudiar este ultimo aspecto, se llevaron a cabo cuatro
ensayos previos en los que la dureza del material se determiné con ambas metodologias
(Tabla 24). Tal y como puede observarse, se selecciond una relacion de velocidades (v/vy,)
de 300 que favoreciera la aparicién de revenido en la pieza. Asimismo, la velocidad de
avance se mantuvo constante y se aumentd progresivamente la profundidad de pasada con
el objetivo de inducir diferentes niveles de revenido.

Tras el ensayo, se estudié la dureza del material en un punto situado en el centro de la
superficie rectificada. En primer lugar, se llevé a cabo un ensayo Rockwell empleando un
duréometro modelo Computest SC y, seguidamente, se obtuvo el perfil de la microdurezas
siguiendo el procedimiento descrito previamente en el apartado 111.2.1.4. .
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Vo | Vwgtesrico | Betesrico | Vwreal | 3ereal | Dureza | Ra
(m/s) | (mm/s)| (mm) | (mm/s)| (mm) | (HRC) | (um)
30 100 | 0,020 | 93 |0,025| 59,7 | 0,52
30 100 | 0,040 | 93 |0,039| 50,8 | 0,68
30 100 | 0,060 | 92 | 0,060 | 444 | 0,52
30 100 | 0,080 | 92 |0,074| 40,6 | 0,58

Tabla 24. Parametros de rectificado empleados en el endurecimiento superficial de las piezas durante
los ensayos de acabado.

En la Fig. 151 se muestran los perfiles de microdurezas obtenidos a partir de los ensayos
Vickers junto con los valores de dureza superficial medidos con los ensayos Rockwell
(convertidos a escala Vickers y representados como circulos). Tal y como puede verse, los
valores registrados con este ultimo método son coherentes con la tendencia de los perfiles
de microdurezas obtenidos con los ensayos Vickers. A partir de este resultado, se concluye
que el ensayo Rockwell es adecuado para obtener el valor de la dureza superficial y éste se
ha empleado en los ensayos realizados con el objetivo de estudiar la aparicidn del revenido
durante el rectificado.
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Fig. 151 Comparacion de las metodologias de medicion de dureza durante los ensayos previos de
revenido
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Por ultimo, con el objetivo de ilustrar el efecto del revenido en la microestructura del
material, la Fig. 152 muestra la seccién de la pieza correspondiente al ensayo con a.=0,080
mm tras ser ataca con una disolucion de acido nitrico en alcohol al 4%. En esta se pueden
distinguir 4 zonas con distinta coloracion y, en cada una de éstas, la microestructura del
material es diferente.
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Fig. 152 Efecto del revenido en la microestructura y la dureza de la pieza.
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IV.3. DISCUSION DE RESULTADOS

En este apartado, se presentaran y se analizardn los resultados obtenidos en los ensayos
experimentales de rectificado plano realizados con el objetivo de investigar la relacion
entre E”. y la caida de dureza en la superficie rectificada.

La Tabla 10 recoge las combinaciones de parametros estudiadas. A la hora de definir los
ensayos, se consideré mantener fija la velocidad de giro de la muela en 30 m/s, mientras
que la velocidad de avance se varié entre 20 y 100 mm/s y la profundidad de pasada entre
0,02 y 0,1 mm. Es preciso sefalar, que la seleccién de estos pardmetros de rectificado se
realizé con varios objetivos. En primer lugar, para poder generar diferentes grados de
revenido de forma que fuera posible estudiar la relacion entre E”. y la dureza superficial del
material. Ademas, se pretendid cubrir un rango de pardmetros que representaran
diferentes etapas del proceso de rectificado: desde condiciones mas proximas a la etapa de
desbaste, hasta las que se asemejan mas a un proceso de acabado. Este aspecto queda
reflejado en el rango de caudales especificos de viruta Q’,, seleccionados (entre 0,4 y 8
mm?®/mm:-s). El aumento del caudal de viruta especifico conllevard una mayor cantidad de
material eliminado por unidad de tiempo y, como consecuencia, una mayor severidad de la
operacion.
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Vu,teérico | Aejtesrico | Qw, tedrico heq, tesrico | Vw,real | e, real E". Dureza Ra
(mm/s) | (mm) | (mm*/mms) (nm) (mm/s) | (mm) | ()/mm?) | (HRC) (um)
20 0,020 0,4 13 19 0,015 1,2 62,2 0,24
20 0,030 0,6 20 20 0,031 2,3 63,8 0,24
20 0,040 0,8 27 19 0,046 3,3 62,6 0,26
20 0,060 1,2 40 19 0,052 3,6 55,2 0,32
20 0,070 1,4 47 19 0,062 4,6 48,0 0,36
20 0,080 1,6 53 19 0,091 6,2 40,7 0,34
20 0,100 2,0 67 19 0,106 8,4 64,9 0,42
40 0,020 0,8 27 38 0,011 1,0 60,3 0,34
40 0,030 1,2 40 39 0,021 1,5 62,5 0,38
40 0,040 1,6 53 38 0,048 3,0 37,8 0,52
40 0,060 2,4 80 37 0,054 3,6 44,4 0,40
40 0,080 3,2 107 37 0,086 5,4 55,7 0,40
60 0,020 1,2 40 56 0,016 1,2 58,3 0,38
60 0,040 2,4 80 57 0,036 2,2 50,2 0,54
60 0,060 3,6 120 56 0,052 2,7 43,2 0,50
60 0,080 4,8 160 55 0,078 4,3 46,8 0,40
80 0,020 1,6 53 74 0,011 0,6 62,6 0,36
80 0,030 2,4 80 74 0,030 1,5 53,4 0,52
80 0,040 3,2 107 75 0,041 1,8 51,5 0,50
80 0,060 4,8 160 76 0,059 2,6 43,7 0,38
80 0,080 6,4 213 74 0,083 3,8 47,9 0,32
100 0,020 2,0 67 93 0,025 0,9 59,7 0,52
100 0,040 4,0 133 93 0,039 1,7 50,8 0,68
100 0,060 6,0 200 92 0,060 2,1 44,4 0,52
100 0,080 8,0 267 92 0,074 3,0 40,6 0,58

Tabla 25 Ensayos realizados con el objetivo de estudiar la relacion entre E”c y la caida de dureza en el
acabado de la pieza.

La Fig. 153 muestra la dureza final de la superficie en funcidn de la E”. registrada para cada
uno de los ensayos realizados. Si se consideran los ensayos con la misma velocidad de
avance tedrica, pueden distinguirse dos fases diferenciadas. En una primera fase, la dureza
superficial disminuye con el aumento de la E”.. Este hecho estara provocado por el
aumento de la fraccién de martensita revenida. A continuacion, a partir de un determinado
valor de E”, el reblandecimiento se detiene y la dureza del material comienza a aumentar.
En dicho punto, comenzara el proceso de reaustenizacidon de la martensita (retemplado) y
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la fraccion de martensita re-austenizada aumentard a medida que aumenta la energia
calorifica generada. Durante el enfriamiento de la pieza, esta austenita se transformara en
una martensita sin revenir de elevada dureza.

70,0
65,0 Dureza después del grind-hardening P
® ¢~ ¢ M >

60,0 &

g . .
55,0 &

& .

® 50,0 LN

:E 45,0 * * *

@ 45, . *

% ) 2

@ 40,0 . .

§ ¢ & Vw=20 mm/s

8 35,0 +Vw=40 mm/s
30.0 ¢ Vw=60 mm/s

4 Vw=80 mm/s
25,0 +Vw=100 mm/s
20,0 T T T T T T T T 1
0,0 1,0 2,0 3,0 4,0 5,0 6,0 7,0 8,0 9,0
Energia por unidad de area E", (J/mm?)

Fig. 153 Correlacion entre la dureza superficial y la energia por unidad de drea.

No obstante, si se toman los ensayos con una velocidad superior a 20 mm/s, los resultados
sugieren que la relaciéon entre la dureza final de la superficie y la E”. es Unica e
independiente de la combinacién de parametros de rectificado con la que se ha generado
dicha energia. Los ensayos con la velocidad de avance mas baja (20 mm/s), sin embargo,
requieren de la generacion de una mayor E”. para producir el mismo nivel de revenido o
retemplado en la pieza.

Llegados a este punto, se plantea la hipdtesis de que este efecto estara provocado por un
cambio en la fraccidn del calor generado que es evacuado hacia la pieza (R,,). En concreto,
el origen del descenso de R,, estaria provocado por un cambio de la etapa predominante
durante el proceso de formacidn de la viruta.

Tal y como se ha comentado previamente, este cambio comenzaria en el momento en el
que el espesor de viruta descendiera por debajo de un valor limite. En dicho instante, la
fase de ploughing predominaria frente a la fase de corte y se emplearia mas energia en
deformar el material que en cizallarlo.
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Asi pues, para poder comprobar esta hipdtesis es necesario utilizar un parametro que
permita cuantificar de forma adecuada el espesor de viruta. En este caso, se ha considerado
el espesor de viruta maximo hg, may Cuyo valor puede obtenerse a partir de la Ec. 4.

donde L es el espaciado entre granos v,, es el valor de la velocidad de avance de la pieza, v;
es la velocidad de la muela, a. es la profundidad de pasada y d, es el diametro de la muela.

La principal dificultad del empleo este parametro radica en la cuantificacién del espaciado
entre granos L. Tal y como se ha descrito anteriormente, este valor depende de la
naturaleza de la muela y de las condiciones de diamantado y su estimacién se realiza
habitualmente a partir de medidas topograficas de la muela. No obstante, en el caso en el
que no se varie las propiedades de la muela ni las condiciones de diamantado, el valor del
espaciado entre granos puede tomarse como una constante. Asi, bajo estas condiciones, el
numero adimensional h, max/2L representara la influencia de los parametros de rectificado
en el valor del espesor de viruta maximo.

En la Fig. 154 se ha representado, de nuevo, la relacién entre la dureza final de la piezay la
E”. generada considerando el valor del nimero adimensional hg,ma./2L. Tal y como se
puede observar, aquellos ensayos con un valor inferior a 1,2:10° presentan un menor nivel
de revenido para un determinado valor de energia generada. En este conjunto de ensayos,
la fase de ploughing seria la predominante y el nivel de revenido menor tendria su origen
en un menor valor de la fraccion de calor evacuada hacia la pieza.

Asi pues, si se detecta el valor he, ma/2L frontera y se trabaja por encima de este valor,
existird una relacién uUnica entre la dureza superficial y la E”.. Bajo estas condiciones, el
registro de este parametro energético permitira controlar el nivel de revenido generado en
la pieza. Asi, podran marcarse diferentes valores de E”’; a no superar durante el proceso en
funcién de los requerimientos del rectificado. En el caso en el que los componentes a
rectificar sean criticos, sera necesario seleccionar un valor de E” que asegure que no se va
producir revenido alguno. Por el contrario, en componentes de menor responsabilidad,
podria permitirse la aparicién un revenido superficial controlado durante la pasada de
desbaste que seria eliminado durante las pasadas de acabado. Este procedimiento,
permitiria aumentar la profundidad de pasada del proceso y, como consecuencia, su
productividad.

Ademas, se ha de tener en cuenta, que el valor de E” puede estimarse durante el proceso
de rectificado de forma sencilla a partir del valor de la potencia consumida por el cabezal de
la muela y de la velocidad de avance registrada por el encoder lineal de la mesa.
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Por ultimo, cabe mencionar, que para reducir la carga experimental durante la puesta a
punto del rectificado final de la pieza, seria de utilidad desarrollar un modelo matematico
que permitiera predecir la dureza final del material.
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Fig. 154 Correlacion entre la dureza superficial y la energia por unidad de drea (influencia del espesor
de viruta maximo).
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IV.4. CONCLUSIONES

A partir de lo expuesto en este capitulo se desprenden las siguientes conclusiones:

e Los resultados de anteriores trabajos han mostrado que, tras el proceso de grind-
hardening, las piezas presentan una precisidon dimensional y un acabado superficial
insuficientes por lo que la realizacion de un proceso de rectificado adicional se
hace indispensable. Durante esta etapa final del proceso, es necesario controlar la
aparicion de revenido.

e Ante este problema, se ha planteado la hipdtesis de que la energia por unidad de
area E”_ estard relacionada con la caida de dureza generada por el proceso de
revenido.

e Se han propuesto una metodologia experimental para estudiar el proceso de
revenido durante el acabado de piezas endurecidas mediante grind-hardening.

e Se han llevado a cabo ensayos de rectificado sobre piezas endurecidas mediante
grind-hardening y se ha observado la existencia de una correlacion entre la dureza
superficial del material y la E”. generada. Los resultados obtenidos sugieren que
esta relacion es univoca si se trabaja por encima de un valor limite del espesor de
viruta maximo.

e El control on-line de la E” podra ser de utilidad para predecir el revenido durante
el rectificado de piezas endurecidas previamente mediante grind-hardening.
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V.1.INTRODUCCION

Tal y como se ha descrito en los capitulos anteriores, el grind-hardening es un nuevo
proceso que aprovecha el calor generado durante el rectificado para producir un
endurecimiento superficial de la pieza. Sin embargo, tras éste, las piezas poseen una
precision dimensional y un acabado superficial insuficientes y resulta necesario realizar el
acabado de la pieza mediante una nueva operacion de rectificado.

La implementacién industrial de este proceso requiere de la resolucién de dos problemas.
En primer lugar, se ha de obtener la profundidad de capa templada (HPD) deseada durante
la fase de endurecimiento (fase de grind-hardening). Asi mismo, se ha de controlar la
aparicion de revenido durante la fase de rectificado final ya que éste tendria como
consecuencia el descenso de la dureza superficial de la pieza.

Durante la puesta a punto de ambas fases, es necesario llevar a cabo numerosos ensayos
experimentales de forma que se puedan seleccionar los parametros de rectificado
adecuados. Este proceso requiere habitualmente de un consumo de recursos y tiempo
elevado y, ademas, es complejo extrapolar los resultados obtenidos a otras condiciones de
rectificado como, por ejemplo, a otro tipo de muela, sistema de refrigeracién o material.

Ante esto, la modelizacion de ambas etapas del proceso (grind-hardening y rectificado final)
permitird estudiar la influencia de los distintos parametros de rectificado y, por lo tanto,
facilitard su puesta a punto. En este sentido, recientemente se han propuesto modelos para
simular el proceso de grind-hardening, pero su empleo presenta algunos inconvenientes
como la definicion de la magnitud de la fuente de calor o la consideracién del calor
evacuado por la viruta. Ademas, Unicamente uno de los modelos de grind-hardening
revisados es validado contra ensayos diferentes de los empleados en su calibracién y el
error relativo entre la HPD predicha y la real llega a ser de hasta el 25%. En cuanto a la caida
de dureza durante el rectificado posterior, no se ha encontrado ningin modelo que permita
simular este fendmeno.

En este capitulo, se va abordar la modelizacion del proceso completo de endurecimiento y
acabado de las piezas sometidas a grind-hardening. En primer lugar, se presentara un
modelo térmico del proceso de grind-hardening desarrollado con el objetivo estimar la HPD
generada. Seguidamente, se modelizara térmicamente el rectificado final de la pieza y se
presentard una metodologia para predecir la caida de dureza en la superficie.

El primer paso en la modelizacion de ambos procesos consistira en llevar a cabo una
modelizacion térmica del rectificado. Tal y como se ha descrito en Capitulo Il, la principal
dificultad en la definicién de un modelo térmico de rectificado reside en la cuantificacion de
Rwch ¥, por ello, los modelos son habitualmente calibrados mediante el ajuste de este
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parametro. Este ajuste se realiza mediante una metodologia inversa que consiste en
comparar las temperaturas predichas con el modelo con las reales y minimizar el error.

Sin embargo, la medicion experimental de la temperatura en rectificado es una tarea
compleja. Algunos autores han propuesto el empleo de termopares, pero el tiempo de
respuesta de estos sensores es insuficiente para detectar los elevados gradientes de
temperatura durante el proceso. Este hecho introduce una incertidumbre en las medidas de
temperatura que afecta directamente a la precision con la que el valor de Ry, ., es estimado.
Ademas, se ha de tener en cuenta que el valor de R,, ., depende también de las condiciones
de rectificado empleadas y de las propiedades térmicas de la muela y de la pieza.

Empleando esta metodologia inversa para condiciones de grind-hardening, Nguyen et al.
[Ngu10b] han obtenido valores de R ., comprendidos entre el 0,38 y 0,68, mientras que
para condiciones de rectificado convencional, los valores encontrados en bibliografia se
sitian entre 0,49 y 0,83. Asi pues, debido a que el rango de valores propuestos es muy
amplio, resulta dificil seleccionar un valor de R, que permita calcular las temperaturas
con errores relativos inferiores al 20%.

Por dltimo, cabe indicar, que tanto el modelo de grind-hardening como el de rectificado
convencional seran calibrados empleando los resultados de ensayos experimentales vy
tomando como parametro de calibraciéon R, .. Finalmente, se verificara su validez
comparando los valores predichos con cada modelo con los obtenidos en ensayos
experimentales distintos de los empleados en la calibracién.
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V.2. MODELIZACION DEL PROCESO DE GRIND-HARDENING

V.2.1. Definicion del modelo

A la hora de desarrollar el modelo del proceso de grind-hardening, se ha tomado como
punto de partida la revisién bibliografica llevada a cabo en el Capitulo Il. Asi, se ha visto
como todos los trabajos revisados parten de la modelizacion térmica del proceso y se han
distinguido dos métodos para predecir el valor de la profundidad de capa endurecida (HPD).
El primero se basa en predecir la dureza final de la pieza a partir de la estimaciéon de la
proporcion de cada fase metaldrgica. El segundo, sin embargo, propone predecir la HPD
determinando la profundidad a la cual se ha superado la temperatura de inicio de la
austenizacion (Tac1). No obstante, se ha estimado que la diferencia entre los valores de HPD
proporcionados por ambos es inferior al 4% y, por lo tanto, se ha decidido emplear el
segundo método ya que Unicamente requiere de la modelizacidon térmica del proceso de
grind-hardening.

El primer paso para desarrollar un modelo térmico de un proceso de rectificado (como el
grind-hardening) consiste en identificar los principales flujos de entrada y salida del calor en
la pieza. Asi, en la Fig. 155 se han representado de forma esquemdtica el balance térmico
junto con los pardmetros mas importantes del proceso de rectificado.

Como se ha mencionado previamente, puede considerarse que toda la energia consumida
en el corte se transforma en calor en la zona de contacto. A continuacién, este calor es
transmitido a la muela (Q,) y al conjunto formado por la pieza y a las virutas (Q'chh).
Seguidamente, una parte de este calor (Qw,m) serd evacuado por conveccion en la
superficie (Q.ony), Otra parte se evacuara con las virutas (Q.,) y el resto sera el responsable
de incrementar la temperatura de la pieza (Q,,).

Pdconv

Fig. 155 Representacion esquemadtica del problema térmico en rectificado plano.
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Por otro lado, a partir de medidas experimentales, se ha observado cémo durante el
rectificado se producen picos de temperatura de muy corta duracidn que se corresponden
con la acciéon de cada uno de los granos con la superficie rectificada. Tal y como se ha
comentado en la revision del estado del arte, estos picos de temperatura alcanzan valores
proximos a la temperatura de fusion del material, sin embargo, su duracion se encuentra en
el orden de las decenas de microsegundos. Como consecuencia, los cambios de fase
metalurgicos son originados por el campo térmico provocado por la accidn conjunta de
todos los granos.

De acuerdo con la ley de conservacion de la energia, este campo de temperaturas puede
ser estimado empleando la ecuacién diferencial que caracteriza la conducciéon del calor en
un sélido en régimen transitorio (Ec. 85).

2 aT\ @ aTy @ dT\ . Puw-Cpy OT
( ) ( ) ( )+q=7- c. 85

— e ) b — () — el -
ox\'" ax) oy\" oay o\ s k,, ot

donde k,, es la conductividad térmica del material, p,, es la densidad y c,,, es el calor
especifico.

Para resolver esta ecuacion (Ec. 85), algunos autores han optado por métodos analiticos,
mientras que otros, por métodos numéricos. No obstante, los métodos numéricos permiten
modelizar piezas de geometria compleja, implementar las condiciones de contorno de una
forma mas sencilla y considerar el efecto de la variacién de las propiedades del material con
la temperatura. Asi pues, se ha decidido emplear el método de los elementos finitos para
desarrollar el modelo térmico del proceso de rectificado.

Con el objetivo de aumentar la rapidez y la fiabilidad de la programacion del modelo, se ha
empleado un software de elementos finitos comercial. En concreto, se ha seleccionado el
software ANSYS® y se ha utilizado el lenguaje de programacion ANSYS Parametric Design
Language (APDL) para desarrollar el modelo.

A modo de resumen, en la Fig. 156 se muestra un esquema del procedimiento a seguir para
definir completamente el modelo térmico del proceso de grind-hardening mediante el
método de los elementos finitos.
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Definicidn de la geometria y mallado de la pieza
Calor generado en la

zona de contacto

Calor evacuado por
conveccién

Definicidn de los flujos de calor o

Calor consumido
durante la austenizacion

Calor evacuado por la

» " viruta
Seleccidn del tamario de paso

Fig. 156 Proceso de definicion del modelo de elementos finitos del proceso de grind-hardening.

En primer lugar, se debera definir la geometria de la pieza y su mallado. Se ha de tener en
cuenta que las hipdtesis simplificativas introducidas durante este primer paso incidiran
directamente en el nimero de grados de libertad del modelo (nimero de nodos) y, por lo
tanto, condicionaran el tiempo computacional necesario para su resolucion.

Tras la discretizacidn de la pieza, el segundo paso sera definir los flujos de entrada y salida
de calor. En este sentido, el calor generado en la zona de contacto (Q'W,ch) se considerard
como una fuente de calor que recorre la superficie de la pieza y tanto este flujo de calor
como el correspondiente al calor evacuado por conveccion (Q.ony) S€ introducirdn
mediante sendas condiciones de contorno.

Asi mismo, se ha de tener en cuenta que el proceso de austenizacidén es un proceso que
requiere de la absorcion de calor para realizar el cambio de fase. A pesar de que este efecto
no se ha considerado por otros autores, si se incluira en la definicidon del modelo.

Por lo que se refiere al calor evacuado por las virutas (Q.,), éste puede representarse en un
modelo de elementos finitos mediante la desactivacién de los elementos asociados al
material eliminado. La definicidon de la geometria de estos elementos conlleva una serie de
dificultades que seran comentadas en el apartado V.2.1.4., pero se analizard la posibilidad
de introducir varias simplificaciones para el caso concreto del grind-hardening.

Por ultimo, antes de llevar a cabo la resolucién del modelo, se ha de definir el intervalo de
tiempo entre dos pasos consecutivos de la simulacion (tamafio de paso) ya que éste posee
una influencia directa en la precision de la distribucidn de temperaturas obtenida.
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Cada uno de los pasos necesarios para la definicion del modelo sera desarrollado en
profundidad en los siguientes apartados.

V.2.1.1. Definicién de la geometria de la pieza y mallado

Tal y como se ha descrito anteriormente, la definicion de la geometria de la pieza y su
mallado condicionaran el nimero de grados de libertad del modelo y, por lo tanto, influiran
directamente en el tiempo de computacién requerido para su resolucién. Ante esto, cabe
preguntarse si es necesario representar la geometria completa de la pieza en tres
dimensiones o si, de lo contrario, puede ser suficiente con un modelo simplificado.

Para poder estudiar el problema de forma simplificada habrd que tener en cuenta dos
aspectos: la distribucion de calor en la zona de contacto y la distribucidon de temperaturas.
Por lo que respecta al calor generado, la comunidad cientifica ha aceptado que la mejor
forma de representarlo es con una distribucién triangular en la direccién longitudinal al
avance de la pieza y con una distribucién uniforme en la direccién transversal (ver Fig. 157).

Zona de estudio

Fig. 157 Representacion esquemadtica de la distribucion de calor y temperaturas en el rectificado
plano.

En cuanto a la distribucion de temperaturas, en el trabajo desarrollado por Fockerer et al.
[F6c13] puede observarse cémo las isotermas en la direccidn transversal (seccion A-A en
Fig. 157) presentan una geometria andloga a la de la capa endurecida obtenida en los
ensayos presentados en el Capitulo Ill. Asi, ésta es aproximadamente constante en toda la
anchura rectificada excepto en la zona mas cercana a la parte de la pieza que no es
rectificada. Este hecho resulta coherente ya que la frontera de la zona endurecida ha de
estar marcada por la isoterma de la temperatura de inicio de cambio de fase Tac;.

Asi pues, si Unicamente se desea estimar la HPD en la zona en la que ésta es
aproximadamente constante, serd suficiente con modelizar el problema térmico en dos
dimensiones mediante la representacion una seccién longitudinal de la zona rectificada.
Esta simplificaciéon podra realizarse debido a que tanto la fuente de calor como la
distribucion de temperaturas son constantes en la zona de estudio en la direccidn
transversal al avance de la pieza.
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A la hora de desarrollar la geometria del modelo térmico en dos dimensiones, se ha tomado
como punto de partida la revision del estado del arte llevada a cabo en el Capitulo . Asi, se
ha observado que la modelizacién un proceso de rectificado con alta profundidad de
pasada, como el grind-hardening, requiere de la consideracidn del calor evacuado por las
virutas ya que por este camino puede evacuarse hasta el 40% del calor generado [Ohi85,
And08, Mal08].

El efecto del calor evacuado por las virutas puede representarse en un modelo MEF
mediante la desactivacion de los elementos asociados con el material eliminado. En
concreto, este proceso de desactivacion se lleva a cabo después de cada paso de la
simulacién en aquellos elementos que son dejados atrds por la fuente de calor y, para ello,
se reduce su conductividad térmica hasta un valor préximo a cero.

Por otro lado, en la revision del estado del arte se ha observado que la representacién de la
zona de contacto es otro aspecto clave en la modelizacidn de los procesos de rectificado
con alta profundidad de pasada. En este sentido, anteriores trabajos han concluido que no
es necesario representar su forma circular sino que la consideracién de un segmento
inclinado proporciona resultados suficientemente precisos.

La Fig. 158 representa de forma esquematica la geometria del modelo térmico de grind-
hardening en un paso intermedio. En ésta, se puede observar la zona correspondiente al
material eliminado asi como la posicién y distribucién de la fuente de calor. Cabe indicar,
que posteriormente se estudiara si el calor evacuado por la viruta y la geometria de la zona
de contacto pueden modelizarse de una forma mas sencilla para condiciones de grind-
hardening. Para ello, se desarrollardn dos modelos simplificados y se compararan con los
resultados del modelo representado por la Fig. 158 (que en adelante sera denominado
“modelo A”).

alx')

Material eliminado \ '

T \ —— e =l

Superficie acabada

Fig. 158 Diagrama del primer modelo de grind-hardening (modelo A).
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Una vez concretada la geometria, el siguiente paso sera realizar el mallado de la pieza. Para
llevar a cabo esta discretizacién de forma correcta, se han tenido en cuenta las zonas en las
que los gradientes de temperatura son mas fuertes ya que requieren del empleo de un
tamafio de elemento mas pequefio.

En el caso del rectificado, los gradientes son mas elevados en zona mas superficial y su valor
desciende a medida que se toman puntos mas alejados de la superficie. Asi, tras realizar un
estudio de las caracteristicas de los gradientes térmicos en el proceso, se ha decidido dividir
la pieza en cuatro regiones con un tamafio de elemento diferente: 33 um entre la superficie
y 1 mm de profundidad, 100 pum entre 1 y 3 mm de profundidad, 375 um entre 3y 6 mm
de profundidad y 1 mm entre 6 y 10 mm de profundidad. Por ultimo, cabe sefialar que para
el mallado se ha empleado exclusivamente el elemento de ANSYS® PLANE5S5 compuesto por
cuatro nodos y con un Unico grado de libertad en cada nodo (el valor de la temperatura).

V.2.1.2. Definicion de las condiciones de contorno y de las condiciones
iniciales.
Ente apartado se describira como se han considerado las condiciones de contorno

necesarias para representar el calor generado en la zona de contacto y el calor evacuado
por la viruta. Asi mismo, para poder solucionar la ecuacidn diferencial de conduccién de
calor en régimen transitorio, serd necesario introducir una condicién de contorno adicional
mediante la cual se defina la temperatura inicial en la pieza.

Primera condicidon de contorno: consideracion del calor generado en la zona de contacto

El calor evacuado hacia el conjunto formado por la pieza y las virutas (Q'W,Ch) ha sido
representado como un flujo de calor definido sobre un sistema de referencia maovil. Este
sistema de referencia (X'Y’ en la Fig. 158) recorre la superficie de la pieza y avanza, tras cada
paso de la simulacion, una cantidad AX que viene determinada por la velocidad de avance
de la pieza v,, y el tamafio de paso At segun la Ec. 86.

AX =, - At Ec. 86

La definicion completa de esta fuente de calor precisa la consideracion de tres aspectos: la
cantidad de calor asignada a ésta, la distribucion del calor en la zona de contacto y la
longitud de la zona de contacto.

Para cuantificar la cantidad de calor a asignar a esta fuente, se ha partido de la hipdtesis de
que toda la energia consumida en el proceso de corte se transforma en calor en la zona de
contacto. Asi, el calor total generado por unidad de tiempo Qt se ha tomado aproximada-
mente igual a la potencia de corte y su valor se ha estimado a partir de la medida de la
fuerza tangencial y de la velocidad de giro de la muela (ver Ec. 87). Finalmente, se ha
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asignado a la fuente de calor la parte que es evacuada hacia el conjunto formado por la
pieza y la viruta y, para ello, se ha considerado el factor Ry, ., (ver Ec. 88).

0, =P.=F, v, Ec. 87

Qw,ch = Rw,ch Q= Rw,ch “Fy - v Ec. 88

Por otra parte, ha de tenerse en cuenta que la distribucién del flujo de calor en la zona de
contacto influird directamente en la distribucion de temperaturas en la pieza. En este
sentido, se ha decido emplear una distribucién triangular ya que ésta permite obtener una
distribucién de temperatura lo préxima a la real (ver Fig. 158).

En cuanto a la longitud de la zona de contacto, su valor se ha estimado empleando el
modelo propuesto previamente por Rowe y Qi [Row93]. Cabe indicar que este modelo se
ha seleccionado ya es aceptado por la comunidad cientifica, es sencillo, facil de
implementar y, ademas, incluye los efectos de las deformaciones elasticas y la rugosidad.
Asi, el calculo de la longitud de contacto se ha realizado a partir de la Ec. 17.

I, = —S'RTZ'F”'dS+a -d ”
¢ 7 b, E* e Gs

En esta expresion, R, es un factor experimental que depende de la rugosidad de los cuerpos
en contacto, F, es la fuerza normal, d; es el didmetro de la muela, b, es la anchura de la
muela comprometida en corte y E" es el valor del médulo de Young equivalente. Este ultimo
factor recoge la influencia de las propiedades elasticas de muela y pieza y puede estimarse
a partir de la Ec. 16.

-1
£ = (1—vw2 N 1—U52)
E, Es

donde, E, y E; son los mddulos de elasticidad de muela y pieza respectivamente y u,, y Us

son los coeficiente de Poisson de la muela y de la pieza respectivamente.

Los datos necesarios para llevar a cabo la estimacién de la longitud de contacto se han
tomado del trabajo de Rowe y Qi [Row93] para el caso del contacto de una muela de
alumina vitrificada con una pieza de acero y se muestran en la Tabla 26.

E. (MPa) Vg E. (MPa) Uy Rr

49,6 0,22 213 0,29 5
Tabla 26 Parametros de rectificado empleados en las operaciones de planeado.
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Asi pues, teniendo en cuenta las consideraciones realizadas en este apartado, el flujo de
calor por unidad de tiempo asignado a la fuente de calor se ha definido a partir de la Ec. 89.

Qw,ch X x_,
bs : lc lc '

G(x)=2- 0<x <l Ec. 89

Segunda condicién de contorno: consideracion del calor evacuado por conveccidn

El efecto del calor evacuado por la conveccion del fluido que rodea la pieza ha sido
simulado mediante una condicion de contorno del tipo Neumann segln la siguiente
expresion:

aT

_kw.ﬁ=h. (T, — Ty) Ec. 90

donde 71 is es el vector unitario normal a la superficie en la que se aplica la condicién de
contorno, h es el coeficiente de transferencia de calor T es la temperatura de la superficie
y T, es la temperatura del fluido que rodea la pieza.

En este caso, la estimacion del coeficiente de conveccion de calor se ha llevado a cabo
empleando una correlacién empirica (Ec. 91) que representa el caso de una placa sometida
a un flujo de aire transversal [Inc90].

_ Nu - kg

h
L, Ec. 91

donde Nu es el nimero adimensional de Nusselt, L;, es la longitud caracteristica y kg, es la
conductividad térmica del aire.

En la expresion anterior, el nimero adimensional de Nusselt se ha estimado para
condiciones de régimen ligeramente turbulento a partir de las Ec. 92 y de la Ec. 93.

Nu = (0,037 - Re®® — 871) - Pr'/3 Ec. 92
1700 * Lh
Re = 7 Ec. 93
alr

donde Pr es el nimero adimensional de Prandtl, Re es el numero adimensional de
Reynolds, v, es la velocidad del aire en la zona alejada del contacto y ,;, es la viscosidad
cinematica del aire.

Asi, partiendo de las expresiones anteriores (Ec. 91, Ec. 92 y Ec. 93 ), se ha decidido
considerar un valor del coeficiente de conveccién de 80 W/m?-K para simular el proceso de

grind-hardening en seco.
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Condicidn inicial de temperatura

La resolucion del problema térmico requiere de la definicién de la temperatura inicial en
cada nodo del modelo. Partiendo de la consideracién de que todos los puntos de la pieza se
encuentran a la misma temperatura antes de iniciar el rectificado, se ha introducido una
condicidn inicial de la siguiente forma:

Ty, )le=0 = To Ec. 94
donde Tyes la temperatura inicial de la pieza.

V.2.1.3. Consideracién del calor absorbido por el proceso de
austenizacion
La austenizacion de un acero hipoeutectoide es un proceso endotérmico, es decir, requiere

de la absorcion de calor para la consecucion del cambio de fase. Este efecto, ha de tenerse
en cuenta en la definicién del modelo ya que posee una influencia directa en la
temperatura del material.

Por consiguiente, tras cada paso de la simulacidn, se ha introducido en cada elemento un
sumidero de calor que representara el calor consumido por el proceso de austenizacion en
el paso anterior. Para ello, se ha definido una carga de volumen negativa cuya magnitud ha
sido estimada a partir de la siguiente expresién:

_ Pw AH -Ag,

Ec. 95
qa At

donde p,, es la densidad del material, AH es la entalpia de cambio de fase, Ap, es el
incremento de la fraccidn de austenita en el paso anterior dentro del elemento y At es el
tiempo de paso.

De cara a emplear la expresidon anterior, es necesario conocer cdmo evoluciona la fase
austenitica durante el calentamiento de la pieza. Sin embargo, en la bibliografica analizada,
no se ha encontrado ningin modelo metallrgico que represente el proceso de
austenizacidon a las velocidades de calentamiento que tienen lugar durante el grind-
hardening (entre 10 vy 10® oC/s [Bri97]). Asi, partiendo de esta consideracidn, se va a
proponer una forma para estimar la evolucién de la austenizacidn en procesos con
velocidades de calentamiento elevadas.

La Fig. 159 muestra como evolucionan las temperaturas criticas Tac1 Y Tacs con la velocidad
de calentamiento para el acero AISI 1045. Tal y como se puede ver, a medida que se
emplean velocidades de calentamiento mayores, la temperatura necesaria para que
comience el proceso de austenizacion (Taci) es mayor. Asi mismo, esta tendencia puede

observarse también en la temperatura que marca el final de la austenizacion (Tac3). Cabe
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mencionar, que este hecho resulta légico ya que a medida que disminuye el tiempo de
calentamiento se hace necesario emplear una mayor temperatura para favorecer el
proceso de difusion.

Sin embargo, a partir de una frontera situada entre 300 y 10009C/s el aumento de las
temperaturas criticas Tac; Y Tacz Se detiene y éstas permanecen constantes. Ante este
resultado, cabria plantear que la influencia del tiempo es despreciable frente a la influencia
de la temperatura a velocidades de calentamiento elevadas. Por ello, se ha considerado la
hipotesis de que la evolucidn de la fase austenitica se produce de forma uniforme entre las
temperaturas Tacy Y Tacs-

Velocidad de calentamiento (2C/s)
1000 100 10 1 0,2 0,05
1300 ,’ " ’ " ‘ ' ‘
N J \T ’ ’ )
\\
) \\\}
1100 - ‘ ‘
\ Austenita homogénea
| l
G ’ \ ’ I
o *
© 1000 -
> \
- N
e ' 1 \\ I
]
T \
(] Ac3 hN
= 900 Austenita
no homogénea |1
1 | ™
| Ferrita + perlita \1\ ) h I
800 | e —
Tac, | +austenita 4#\ j
N 1 “‘—F—_.___ A4l
T c2 ] 1 1
[ Bl =N
Ferrita + perlita 1 T 11T
700 I 1 I
0,01 1 10 100 1000 10000 100000
Tiempo (s)

Fig. 159 Diagrama TTA para el acero AlSI 1045. Adaptado de [Tot06].
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V.2.1.4. Consideracién del calor evacuado por las virutas
Tal y como se ha comentado previamente, en la modelizacidn de los procesos de rectificado

con alta profundidad de pasada (como el crep-feed grinding, el HEDG o el grind-hardening)
habra que tener en cuenta la influencia del calor evacuado por las virutas.

A partir de los trabajos revisados en el Capitulo Il, se ha observado que la introduccién de
este efecto en un modelo de elementos finitos requiere la consideracion de dos aspectos.
Por un lado, se debera representar correctamente la geometria de la zona de contacto. Asi
mismo, se han de desactivar los elementos asociados con el material eliminado a medida
que avanza la fuente de calor.

Respecto a la geometria de la zona de contacto, tal y como se ha descrito previamente, ésta
puede representarse de forma simplificada mediante un segmento inclinado de longitud
igual a la longitud de contacto I, y con una inclinacidn igual al angulo de contacto (angulo 6
en la Fig. 155).

Mediante la Tabla 27, se pretende ilustrar el orden de magnitud de los valores entre los que
se encuentra el angulo de contacto para la operacién de grind-hardening. Tal y como se
puede observar, si se introducen profundidades de pasada entre 0,1 mm y 1 mm vy se
emplean muelas de entre 200 y 400 mm de diametro, el angulo de contacto es siempre
inferior a 52. Cabe indicar que, para realizar esta estimacion del angulo de contacto, se ha
empleado el valor geométrico de la longitud de la zona de contacto. No obstante, el valor
de la longitud de contacto real ha de ser mayor al geométrico y proporcionaria valores adn

menores.

ae d lg 0
(mm) (mm) (mm) (0
0,1 200 4,5 1,3
0,5 200 10,0 2,9
1 200 14,1 4,1
0,1 300 5,5 1,0
0,5 300 12,2 2,3
1 300 17,3 3,3
0,1 400 6,3 0,9
0,5 400 14,1 2,0
1 400 20,0 2,9

Tabla 27 Estimacion del dngulo de contacto para condiciones de grind-hardening.

En este punto, es preciso sefialar, que la representacién de la geometria de la zona de
contacto mediante un segmento inclinado presenta varios inconvenientes. Por un lado,
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debido a que el angulo de contacto es sumamente pequefio, en el mallado de la pieza
resulta imprescindible introducir elementos con angulos agudos. Por otra parte, si se
modeliza el proceso de grind-hardening aplicado a piezas de una geometria mas compleja,
la definicion de los elementos de la zona de contacto presenta una dificultad elevada.

Por consiguiente, se ha estudiado la posibilidad de representar la geometria de la zona de
contacto de una forma mas sencilla para el proceso de grind-hardening. Para ello, se ha
tomado como punto de partida el trabajo realizado por Jin et al. [Jin02] en el que se estudia
la influencia del angulo de contacto en la modelizacién del proceso de rectificado. Tal y
como se puede ver en la Fig. 160, los autores concluyen que la influencia del angulo de
contacto aumenta con el aumento del nimero adimensional de Peclet. Este numero
adimensional se define para el proceso de rectificado a partir de la Ec. 54.

v, 1
Pe="_"°
4-a,
o .
5 50 w0 Triangular heat source - 0°
o L £ — Circular model "
e 40 § - Inclined model.—— - &
1= = P
2 30 £ ~
w ©
4 £
<z 200 &
S o
2 10 /
E / Peclet number L
0 0
0 50 100 150 200

Fig. 160.Efecto del dngulo de contacto y del nimero de Peclet en la temperatura. Adaptado de [Jin02].

A la vista de este resultado, se ha obtenido una estimacién del rango de valores entre los
gue se encuentra el nimero de Peclet para condiciones de grind-hardening (Tabla 28). Tal y
como puede observarse, los valores obtenidos para este numero adimensional se
encuentran en un rango de entre 1y 36 y, por lo tanto, podria plantearse la hipdtesis de
que la influencia del angulo de contacto es despreciable para condiciones de grind-
hardening.

Para comprobar esta hipoétesis, se han desarrollado dos modelos de elementos finitos cuya
Unica diferencia es la representacion de la geometria de la zona de contacto. El primer
modelo (modelo A) se ha mostrado previamente en la Fig. 158 y en él la fuente de calor se
ha aplicado sobre un segmento que se encuentra inclinado un angulo igual al angulo de
contacto 6. El segundo modelo (modelo B) se muestra de forma esquematica en la Fig. 158
y en éste la fuente de calor ha sido aplicada en un segmento paralelo a la superficie
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acabada de la pieza tras el rectificado. Cabe sefialar, que en ambos modelos el efecto del
calor evacuado por la viruta se ha representado mediante la desactivacion de elementos.

Ae Vi Q' d, lg Oy, Pe
(mm) (mm/s) | (mm’/mms) | (mm) | (mm) |(mm®/s) ()
0,1 1 1 400 20,0 14,15 1
0,5 2 1 400 14,1 14,15 2
1 10 1 400 6,3 14,15 4
0,1 3 400 20,0 14,15 4
0,5 6 3 400 14,1 14,15 6
1 30 3 400 6,3 14,15 13
0,1 8 8 400 20,0 14,15 11
0,5 16 8 400 14,1 14,15 16
1 80 8 400 6,3 14,15 36

Tabla 28 Estimacion del nimero de Peclet para condiciones de grind-hardening

v alx')

Material eliminado

Superficie acabada

Fig. 161 Diagrama del segundo modelo de grind-hardening (modelo B).

A continuacidén, se han comparado los resultados proporcionados por los modelos Ay B
llevando a cabo quince simulaciones con las combinaciones de los parametros de entrada
que se muestran en la Tabla 29. Cabe seifialar, que estas combinaciones han sido
seleccionadas con el objetivo de estudiar la influencia de la variacidn de la profundidad de
pasada, la velocidad de avance y las fuerzas de corte. Asi mismo, para todas las
simulaciones, se ha considerado un valor de velocidad de giro de muela de 30 m/sy Ry, S
ha tomado igual a la unidad.
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Simulacién (r:ren) (m\,/;v/s) (N/Fn:m) (N/Frr:m)
1 01 40 12 24
2 0,2 40 12 24
3 03 40 12 24
4 0,4 40 12 24
5 0,5 40 12 24
6 0.2 40 12 24
- 0,2 50 12 24
3 0,2 60 12 24
9 0,2 70 12 24
10 0,2 80 12 24
1 0,2 40 8 16
o 0,2 40 10 20
13 0,2 40 12 24
14 0,2 40 14 28
15 0,2 40 16 32

Tabla 29 Combinaciones de pardmetros de entrada empleadas en la comparacion de los modelos.

Seguidamente, tras cada simulacidn, se ha estimado la HPD determinando la profundidad
bajo la superficie acabada a la que la temperatura predicha por el modelo ha superado la
temperatura de inicio del proceso de austenizacion Tac; (7902C para el caso del acero AlSI
1045). A modo de ejemplo, en la Fig. 162 se muestra la distribucion de temperaturas para la
segunda simulacion en el momento en el que la fuente de calor se encuentra en el centro
de la pieza. Asi mismo, en la parte superior de la imagen se puede observar la fuente de
calor aplicada sobre los elementos del modelo.

Por otra parte, en la Fig. 163 se muestra la distribucion de temperaturas en la pieza en tres
posiciones diferentes de la fuente de calor. En concreto cuando ésta ha recorrido 4 mm, 18
mm y 32 mm sobre la superficie de la pieza. Tal y como se puede ver, una vez que la fuente
de calor ha entrado una cantidad determinada en la pieza, la isoterma a la que marca el
inicio de la austenizacién (7902C) no cambia su geometria. Partiendo de esta consideracion,
si Unicamente se desea estimar la profundidad mdaxima a la que se alcanza esta
temperatura en el centro de la pieza, bastarad con simular el nimero de pasos suficiente
para que la geometria de la isoterma de 7902C alcance el estado estacionario ya que, de
esta forma, podra disminuirse considerablemente el conste computacional. En este sentido,
se observd que, para todas las simulaciones, el estado estacionario se alcanzaba
aproximadamente cuando la fuente de calor habia recorrido una distancia igual a 1,5 veces
la longitud de contacto.
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Superficie acabada

Elementos desactivados

1600

Fig. 162 Estimacion de la profundidad de capa endurecida (HPD) en el modelo de elementos finitos B

1660

Fig. 163 Distribucion de temperaturas en la pieza en tres instantes de tiempo diferentes de la pasada
de grind-hardening (temperaturas estimadas con el modelo de elementos finitos B).
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En la Fig. 164, se muestran los valores de HPD obtenidos con el modelo A y B para las
combinaciones de pardmetros estudiadas. La diferencia maxima en la HPD predicha por
ambos modelos es inferior a 5 um y, por lo tanto, se concluye que para la modelizacién del
proceso de grind-hardening no es necesario considerar el efecto del angulo de contacto.
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Fig. 164 Comparacion de los valores de HPD obtenidos para cada uno de los tres modelos de grind-

hardening desarrollados.

Por ultimo, se va a estudiar si la desactivacion de elementos resulta necesaria para
considerar el calor evacuado por la viruta ya que este proceso ha de repetirse tras cada
paso y, por lo tanto, presenta un coste computacional. Asi, se ha desarrollado un tercer
modelo (modelo C) cuya Unica diferencia con el segundo modelo es que no se ha
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implementado la desactivacién de elementos tras el avance de la fuente de calor (ver Fig.
165). En este modelo, la HPD ha sido estimada definiendo una superficie de referencia a
una profundidad igual a la profundidad de pasada a. y estimando, a continuacién, la
profundidad bajo esta superficie a la cual se ha superado la temperatura de cambio de fase
Tac1 (ver Fig. 166). A continuacion, se han simulado los quince casos definidos en la Tabla 29
con este Ultimo modelo y los resultados se muestran en la Fig. 164 junto con los obtenidos
previamente con los modelos A y B. La diferencia maxima en la HPD predicha por los tres
modelos desarrollados es del 10 pm vy, por lo tanto, la nueva forma propuesta para
representar el efecto del calor evacuado por la viruta se puede considerar equivalente a la
desactivacion de elementos. Partiendo de esta consideracion, el modelo C serd el empleado
en adelante debido a su mayor simplicidad y menor coste computacional.

qa(x’)

Superficie de referencia

Fig. 165 Diagrama del tercer modelo de grind-hardening (modelo C).

Prof. de pasada (a,)

Superficie de referencia

(superficie acabada)

1800

Fig. 166 Estimacion de la profundidad de capa endurecida (HPD) en el modelo de elementos finitos B
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V.2.1.5. La influencia del tamaiio de paso
Tal y como se ha descrito anteriormente, el movimiento de la fuente de calor es

discretizado de tal forma que, después de cada paso, ésta avanza una distancia (AX) que
dependera de la velocidad de avance y del tamafio de paso (At) seleccionado (Ec. 86). De
esta forma, la seleccion de At condicionara el nimero de pasos necesarios para que la
fuente recorra toda la superficie de la pieza y, por lo tanto, tendra una influencia directa en
el tiempo computacional requerido por la simulacién.

No obstante, ha de tenerse en cuenta que una discretizacion demasiado grosera del
movimiento de la pieza podra afectar a la precisidon de la distribucién de temperaturas
obtenida. Con el objetivo de ilustrar este efecto, se han llevado a cabo cinco simulaciones
con los mismos valores de a,,v,, F1y F', y un At diferente.

Simulacion 3e Vw F Fn At AX (mm)
(mm) | (mm/s) | (N/mm) | (N/mm) (s)
1 0,2 40 12 24 0,005 0,2
2 0,2 40 12 24 0,01 0,4
3 0,2 40 12 24 0,05 2
4 0,2 40 12 24 0,1 4
5 0,2 40 12 24 0,2 8

Tabla 30 Simulaciones realizadas para estudiar el efecto del tamario de paso.

En la Fig. 167 se muestra la evolucidn de la temperatura a lo largo del tiempo en un punto
de la pieza cuyas coordenadas en el sistema de referencia fijo XY de la Fig. 165 son X=50
mm, Y=-0,3 mm. Tal y como se puede ver, en los casos en los que el tamafio de paso es
inferior a 0,05 s la temperatura presenta una evolucién similar a las medidas experimen-
tales observadas en bibliografia (Fig. 27). No obstante, a partir de este tamafio de paso, la
temperatura predicha comienza a presentar una distribucion con picos y valles. Este efecto
es consecuencia de que la fuente de calor se encuentra un tiempo excesivo sobre una
misma zona de la pieza. De esta forma, no se consigue representar el efecto del
movimiento continuo de la muela sobre la pieza. Asi pues, para llevar a cabo la simulaciéon
térmica del proceso deberd seleccionarse un tamafio de paso que represente dicho
movimiento continuo correctamente.
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Fig. 167 Influencia del tamafio de paso en la temperatura.

V.2.2. Calibracion del modelo
Una vez definidas las caracteristicas principales del modelo de grind-hardening, en este
apartado se va a presentar la metodologia empleada para su calibracién.

Tal y como se ha comentado previamente, entre los parametros del modelo, la fraccion del
calor generado que es evacuada hacia pieza y viruta (Ry) es el mas dificilmente
cuantificable y medible de forma experimental. Este hecho se debe a que su valor es
dependiente de las condiciones tribo-mecanicas del corte y de las propiedades térmicas de
la muela y de la pieza y, como consecuencia, no es posible emplear un valor estimado para
unas condiciones de rectificado concretas para simular otras diferentes.

Asi pues, mediante la calibracién del modelo se determinara el valor de R, para un rango
de parametros de rectificado y para unas propiedades de muela y pieza determinadas. En
concreto, se considerardn las condiciones de rectificado y resultados de los ensayos
realizados sobre acero AISI 1045 (ver Capitulo 1ll). Cabe indicar, que Unicamente se han
tomado los ensayos en los que se ha obtenido una HPD superior a 150 um ya que, para
valores inferiores, algunos ensayos presentaban discontinuidades en la HPD generada (ver
Tabla 31, Tabla 32 y Tabla 33).A modo de resumen, la Fig. 168 muestra un esquema del
procedimiento seguido para llevar a cabo la calibracion del modelo.
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Definicién de los pardmetros del modelo D a, v, Fi P, T,
h
At
Propiedades fisicas del material
& pw kw Cp,w
\ 4

Definicién de R, , <

Ejecucion de la simulacién

éHPDpredicha = HPDreaI?

Valor de R, , calibrado

Fig. 168 Esquema del procedimiento seguido para llevar a cabo la calibracién del modelo de grind-
hardening.

En primer lugar, se han definido todos los pardmetros necesarios para modelizar el proceso
salvo el parametro Ry, . Asi, a partir de las consideraciones realizadas hasta el momento, se
pueden distinguir tres conjuntos de parametros diferentes:

e Los parametros propios de cada operacion de rectificado: la profundidad de
pasada a., la velocidad de avance v,,, las fuerzas especificas de rectificado F';y F', y
la temperatura inicial de la pieza T,.

e Los parametros obtenidos de forma tedrica: el coeficiente de conveccién h.

e Los pardmetros que necesita el modelo para llevar a cabo la resolucion numérica:
el tamanfio de paso At.

Los datos correspondientes a cada operacién (a., vy, F't y F'y) han sido tomados de los
ensayos experimentales. En este sentido, cabe indicar que se ha observado cémo los
parametros asociados a las fuerzas de corte (calor total generado y longitud de contacto)
presentan una variacion inferior al 5% para los valores de F’; y F’,, registrados a lo largo de la
pasada de rectificado. Por consiguiente, debido a que el objetivo es obtener una estimacion
de la HPD generada en la zona central de la pieza (donde la HPD es uniforme) el valor de las
fuerzas de corte considerado en las simulaciones ha sido el registrado en el centro de la
pieza. Para ilustrar esta observacion, en la Fig. 169 se muestran las sefiales obtenidas

236



Unai Alonso Pinillos

durante uno de los ensayos experimentales. Por otra parte, se ha considerado temperatura
inicial de la pieza de 20 °C.

50

40

/”’““\\ ol
|
\

30

20

Fuerza especifica (N/mm)

[
; l

|

\

-10

N~

_20 T T T T T T 1
4,50 5,00 5,50 6,00 6,50 7,00 7,50 8,00
Tiempo (s)

Fig. 169 Sefiales de fuerzas de rectificado obtenidas durante uno de los ensayos de grind-hardening
(caso 6B en la Tabla 9).

En cuanto al resto de parametros, se ha empleado un coeficiente de conveccidn para el aire
de 80 W/mZ-K y se ha tomado un tamafo de paso de 0,005 s.

En segundo lugar, se han definido las propiedades fisicas asociadas a cada elemento
(densidad, conductividad y calor especifico) para el material empleado en los ensayos (AISI
1045). Cabe indicar, que los valores han sido tomados de bibliografia [Ngu10a] y que se ha
considerado su variacién con la temperatura entre 0 y 1000°C.

Por dltimo, se ha llevado a cabo la calibracién del parametro R, mediante un analisis
inverso del problema, esto es, se ha variado su valor de forma iterativa hasta que la HPD
predicha por el modelo ha sido igual a la obtenida en los ensayos experimentales (ver Fig.
170). A partir de los datos observados en bibliografia para este parametro, se ha definido
como valor de partida un valor de R, ¢, igual a 0,7.
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Cursor 1 Cursor 2

X=0.617520 mm X =0.615860 mm
Y =0.464800 mm Y =0.219120 mm
Horizontal distance 0.245421 mm

Fig. 170 HPD obtenida en los ensayos experimentales y HPD predicha con el modelo.

Los valores de Ry, obtenidos para cada uno de los casos estudiados se presentan
conjuntamente con los datos experimentales de a, vy, F'1 y F,, en la Tabla 31, Tabla 32 y
Tabla 33. A partir de la observacién del conjunto de valores de R,,, obtenidos, se propone
tomar el valor medio de la serie (0,73) para simular el proceso de grind-hardening bajo las
condiciones empleadas en los ensayos. Asi mismo, se propone emplear la desviacion
estandar de la serie de valores (0,03) de cara a obtener una estimacion del error cometido
por el modelo en la prediccidn de la HPD generada.

Caso Viteérico | Qetesrico | Vw,real | e, real F'; Fo HPD Ry
(mm/s) | (mm) |(mm/s) | (mm) |(N/mm)|(N/mm)| (pm) '

4 C 45 0,140 41 0,170 9,9 22,7 171 0,74
A 60 0,175 55 0,166 | 13,5 29,0 233 0,71

5 B 60 0,175 55 0,175 14,1 32,3 221 0,70
C 60 0,175 51 0,173 14,0 30,0 260 0,70

A 60 0,200 54 0,194 | 15,3 35,6 272 0,76

6 B 60 0,200 54 0,220 16,5 39,1 305 0,73
C 60 0,200 54 0,220 | 16,7 37,1 284 0,72

A 25 0,160 23 0,185 8,1 18,6 349 0,76

7 B 25 0,160 23 0,171 8,2 18,4 351 0,74
C 25 0,160 23 0,204 10,0 23,7 433 0,72

A 30 0,200 28 0,234 10,4 23,5 404 0,75

8 B 30 0,200 28 0,240 9,3 22,0 352 0,76
C 30 0,200 27 0,242 11,1 28,4 425 0,71

Tabla 31 Ensayos considerados para llevar a cabo la calibracion del modelo (Conjunto de ensayos A).
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Caso Vw,teérico | Qetedrico | Vw,real | e, real F'e Fa HPD Ry
(mm/s) | (mm) | (mm/s) | (mm) |(N/mm)|(N/mm)| (um) '

A 45 0,140 41 0,150 | 12,0 23,8 160 0,80

4 B 45 0,140 43 0,150 | 13,4 24,4 192 0,77
A 60 0,175 54 0,186 | 17,3 34,2 205 0,75

° B 60 0,175 55 0,189 | 18,7 36,2 198 0,70
A 60 0,200 54 0,201 | 18,8 37,0 212 0,71

° B 60 0,200 55 0,210 | 20,5 40,4 235 0,69
A 25 0,160 23 0,200 | 10,8 23,1 358 0,77

¢ B 25 0,160 23 0,193 11,2 23,3 354 0,73
A 30 0,200 27 0,236 | 13,1 28,4 392 0,73

8 B 30 0,200 28 0,225 | 14,0 29,4 390 0,75

Tabla 32 Ensayos considerados para llevar a cabo la calibracion del modelo (Conjunto de ensayos B)

Vw,teérico | Aejtedrico | Vw,real | e, real F'e Fo HPD R

(mm/s) | (mm) | (mm/s) | (mm) |(N/mm)|(N/mm)| (um) .
60 0,175 55 0,181 12,2 26,2 165 0,77
45 0,200 41 0,216 11,3 25,9 220 0,74
60 0,250 54 0,260 15,3 33,6 238 0,73
45 0,200 41 0,220 11,8 26,5 260 0,75
60 0,250 54 0,267 16,4 36,0 272 0,71
60 0,275 53 0,283 16,2 35,7 241 0,72
60 0,275 54 0,287 16,8 36,9 278 0,71
30 0,225 27 0,265 10,6 25,2 383 0,77
30 0,225 27 0,264 11,2 26,1 410 0,65
25 0,200 23 0,264 10,1 24,4 507 0,69
25 0,250 23 0,320 12,0 30,0 595 0,73

Tabla 33 Ensayos considerados para llevar a cabo la calibracion del modelo (Conjunto de ensayos C).

V.2.1.Validaciéon del modelo

La etapa de validacién es el ultimo paso en la construccion de todo modelo y consiste en
evaluar la aptitud de éste para representar el fendmeno estudiado de forma fiable y con la
precision requerida. Asi pues, finalmente, se ha procedido a validar el modelo de grind-
hardening desarrollado en los apartados anteriores. En la Fig. 171 se muestra un esquema
del procedimiento a seguir para emplear el modelo calibrado.
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Para llevar a cabo la validacidn, se ha simulado un conjunto de ensayos de grind-hardening
diferente a los empleados en la calibracién del modelo y, a continuacion, se ha obtenido la
HPD predicha por éste. En este proceso, se han considerado los ocho casos del conjunto de
ensayos D en los que la HPD medida superaba las 150 um (Tabla 34) y se ha tomado el valor
de Ry, n Obtenido en la calibracién.

U 4
Vw,te()rico ae,teérico Vw, real ae, real F t F n HPD

Ensayo (mm/s) | (mm) | (mm/s)| (mm) |(N/mm)|(N/mm)| (um)

60 0,300 53 0,314 15,2 30,2 155
45 0,300 40 0,320 12,1 24,8 175
60 0,350 53 0,354 16,5 28,6 190
45 0,300 41 0,323 12,8 23,4 174
60 0,350 53 0,354 16,7 33,6 170
60 0,325 53 0,370 17,8 35,0 217
30 0,400 27 0,445 12,6 26,8 365

8 30 | 0400 | 26 | 0527 | 145 32,5 450
Tabla 34 Ensayos considerados para llevar a cabo la validacion del modelo (Conjunto de ensayos D).

Definicion de los parametros del modelo T a, v, Fy, F, T,
}

N o | WIN| -

h

At

Propiedades fisicas del material — K
Pw Kw Cp,w

|

Ryen =0,7+0,03

Ejecucidn de la simulacién

Fig. 171 Esquema del procedimiento seguido para llevar a cabo la validacion del modelo de grind-
hardening.

En la Fig. 172 se comparan los valores de HPD obtenidos experimentalmente con los
predichos por el modelo considerando el valor medio de Ry, . Asi mismo, con el objetivo de
ilustrar el error cometido por el modelo en la prediccidon de la HPD, se indican mediante
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barras de error los valores obtenidos al considerar la desviacién tipica de Ry, . Tal y como
puede observar, todos los valores de HPD medidos experimentalmente se encuentran en el
rango de los predichos por el modelo. Ademas, el error relativo maximo en la HPD estimada
al considerar el valor medio de Ry, ., es del 17%. Ante estos resultados, se ha concluido que
el modelo es adecuado para estimar la HPD durante el proceso de grind-hardening en seco
sobre acero AISI 1045 y con muela de alumina vitrificada.

H Experimental

B Modelo

Ensayo

Fig. 172 Comparacion de los valores de HPD obtenidos experimentalmente con los predichos por el
modelo.
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V.3. MODELIZACION DEL PROCESO DE REVENIDO DURANTE
EL RECTIFICADO DE PIEZAS ENDURECIDAS MEDIANTE
GRIN-HARDENING.

Una vez modelizado el proceso de grind-hardening, en este apartado se llevara a cabo la
modelizacion del proceso de revenido que tiene lugar durante el rectificado final de las
piezas. De esta forma, podrd abordarse la modelizaciéon del proceso completo de
fabricaciéon de la pieza en sus dos etapas dentro de la rectificadora (etapa de
endurecimiento y etapa de acabado).

El punto de partida para construir el modelo ha sido, de nuevo, la revisidén bibliografica
llevada a cabo en el Capitulo Il. Asi, algunos autores han desarrollado modelos térmicos con
el objetivo de predecir si se sobrepasard una temperatura frontera donde comienza el
revenido. Cabe sefialar, que esta metodologia es valida si se quieren evitar la aparicién de
revenido. Sin embargo, no permite estimar la caida de dureza en el material (a pesar de que
un pequefio descenso ésta puede ser aceptable). Por lo tanto, podria plantearse que los
resultados obtenidos por los modelos revisados se encuentran del lado de la seguridad,
pero existe un margen de mejora.

La mejora en la prediccién del revenido puede conseguirse a partir de la consideracion del
efecto conjunto que tiempo y temperatura poseen en el avance del proceso de difusion.
Asi, pues, en este apartado se presentard, en primer lugar, una metodologia para modelizar
el efecto de revenido que consta de dos etapas: la modelizacién térmica del proceso y el
calculo de la caida de dureza teniendo en cuenta el efecto conjunto de tiempo vy
temperatura. A continuacion, el modelo desarrollado serd calibrado y validado a partir de
ensayos de acabado realizados sobre piezas de acero AlSI 1045 endurecidas previamente
mediante grind-hardening.

V.3.1. Definicion del modelo

V.3.1.1. Modelizacion térmica del proceso de rectificado convencional
Con el objetivo de predecir la evolucion de la temperatura con el tiempo, se ha empleado el

modelo de elementos finitos desarrollado previamente para modelizar el rectificado con
alta profundidad de pasada. No obstante, los trabajos revisados en bibliografia consideran
despreciable el calor evacuado por la viruta en el rectificado convencional y, por lo tanto, se
ha decidido tomar esta hipdtesis para simplificar el modelo. Asi pues, en el modelo no se ha
representado la parte correspondiente al material eliminado y se ha definido la fuente de
calor directamente sobre la superficie acabada (ver Fig. 173).
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Por otra parte, de cara a tener en cuenta el calor evacuado por el fluido de corte, la

condicién de contorno de conveccién ha sido definida considerando un valor para el
. . .y 2

coeficiente de conveccion de 25000 W/(m*-2C).

v alx)

S

Superficie acabada

X\ X'

Fig. 173 Diagrama del modelo térmico de rectificado convencional.

V.3.1.2. Prediccion de la caida de dureza en la superficie.
Tal y como se ha descrito en el Capitulo Il, la dureza de la pieza tras un proceso de revenido

realizado en horno a temperatura constante es predicha industrialmente mediante la
obtencion de expresiones empiricas dependientes del parametro TTI (tiempo-temperatura-
isotermo) de Hollomn-Jaffe. Sin embargo, este procedimiento no es aplicable si la evolucion
de la temperatura con el tiempo es compleja tal y como sucede en el proceso de rectificado
y, por consiguiente, resulta necesario emplear un pardmetro TTG (tiempo-temperatura-
generalizado) que considere el efecto conjunto de tiempo y temperatura. La expresion
general que adoptan este tipo de pardmetros se define en la Ec. 72.

t

P, =z fE(T(t))dt

0
donde Zy E han de ser funciones mondétonas y continuas.

Asi pues, a continuacién, se buscara una funciéon dependiente de un parametro TTG que
permita predecir la dureza de la pieza partiendo de la evolucidn de la temperatura con el
tiempo predicha con el modelo térmico.

Para ello, el primer paso sera definir el pardmetro TTG a considerar como variable en dicha
expresion. En este sentido, en el trabajo desarrollado por Reti et al. [Ret10] se propone una
metodologia para construir los pardmetros TTG. Ademas, partiendo de la hipdtesis de que
la evolucion del proceso de revenido esta gobernada por la Ley de Arrhenius, se propone
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emplear el pardmetro Py definido en la Ec. 74 para estudiar el proceso de revenido. Cabe
indicar, que esta hipdtesis resulta razonable ya que la formacion de ferrita y cementita
globular dentro de la martensita es un proceso de nucleacién y crecimiento.

t
Py = fexp (— RQ-AT) dt
0

En esta expresion,Q, es la energia de activacidon del proceso, R es la constante de gases

ideales y T es la temperatura del material en Kelvin.

Una vez definido el parametro mostrado en la expresion anterior, Reti et al. [Ret10]
proponen predecir la dureza final de la pieza empleando una funcién que posee la siguiente
forma:

H = H, + (H, — H,) - exp(A - Pg®) Ec. 96
donde H; es la dureza de la martensita completamente revenida, H, es la dureza de la
martensita sin revenir y A y B son dos constantes dependientes Unicamente del material
considerado.

Asi pues, tras obtener la evolucién de la temperatura con el tiempo en un punto de la pieza
mediante el modelo de elementos finitos, se empleard la Ec. 75 para estimar la dureza final
de la pieza tras el revenido. Para ello, sera necesario disponer las siguientes tres constantes
dependientes del material: la energia de activacidn Q4 y los pardmetros Ay B de la Ec. 75.
Estos parametros se han obtenido mediante regresion a partir de los datos de temperatura,
tiempo y dureza experimentales registrados en ensayos de revenido en horno a
temperatura constante encontrados en bibliografia [Gra56] (ver Tabla 35). Las constantes
obtenidas tras el ajuste se muestran en la Tabla 36.

Por ultimo, cabe mencionar, que Reti el al. [Ret10] plantean que esta metodologia podria
ser de utilidad para estudiar el revenido durante el proceso de temple laser, sin embargo,
no se ha encontrado ningun trabajo en el que se aplique al proceso de rectificado.
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Tiempo Temperatura Dureza Tiempo Temperatura Dureza

(s) (°C) (HV) (s) (¢C) (HV)
600 704 229 14400 704 194
600 649 262 14400 649 224
600 538 329 14400 538 286
600 482 371 14400 482 328
600 427 427 14400 427 375
600 371 487 14400 371 439
600 315 533 14400 315 502
600 260 594 14400 260 554
600 204 631 14400 204 586
3600 704 208 86400 704 190
3600 649 239 86400 649 200
3600 538 305 86400 538 262
3600 482 348 86400 482 299
3600 427 398 86400 427 353
3600 371 459 86400 371 409
3600 315 517 86400 315 478
3600 260 564 86400 260 533
3600 204 618 86400 204 575

Tabla 35 Datos experimentales de temple en horno a temperatura constante para el acero AlSI 1045
[Gra56].
Material (kj;lr:ol) A B
AISI 1045 243,7 14,23 0,076

Tabla 36 Constantes del material necesarias para emplear el modelo de revenido.

V.3.2. Calibracién del modelo
Una vez definidas las caracteristicas del modelo de revenido, en este apartado se va a
presentar la metodologia empleada para su calibracion.

Tal y como se ha descrito en el apartado anterior, el modelo propuesto para la prediccion
de la dureza tras el rectificado consta de dos etapas. En una primera etapa, se predice la
evolucion de la temperatura con el tiempo mediante un modelo térmico del proceso de
rectificado convencional y, a continuacion, se estima la dureza final empleando una
expresiéon que considera el efecto conjunto de tiempo y temperatura (Ec. 75). No obstante,
se ha partido de la hipdtesis de que, tras el ajuste de las tres constantes dependientes del
material (Q4, A y B), dicha expresidn es valida para representar el efecto del revenido en el
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material considerado (AISI 1045). Asi pues, la calibracién del modelo se ha llevado a cabo
partiendo de valores experimentales y ajustando el valor del pardmetro R, .. A modo de
resumen, en la Fig. 174 se muestra un esquema del procedimiento seguido durante la
calibracién del modelo.

En primer lugar, se han definido todos los parametros del modelo térmico salvo Ry, . Asi,
los pardmetros caracteristicos de cada operacién de rectificado (a., vu, F'; y F',) han sido
tomados de ensayos experimentales de rectificado convencional realizados sobre piezas de
acero AlSI 1045 que, previamente, han sido endurecidas mediante grind-hardening. En este
punto, cabe sefalar, que el objetivo del modelo es predecir el efecto de una uUnica pasada
de rectificado por lo que estos ensayos han sido realizados siguiendo el procedimiento
descrito en el apartado 1V.2. La Tabla 37 muestra los parametros de rectificado empleados
junto con los valores de las fuerzas de corte registradas y la dureza del material en la
superficie tras el rectificado. Tal y como se puede observar, se ha reducido progresivamente
la velocidad de avance de la pieza y se ha aumentado la profundidad de pasada con el
objetivo de generar un mayor nivel de revenido en la pieza que dé lugar a una mayor caida
de la dureza del material. Por Ultimo, cabe indicar, que para la calibracion del modelo se ha
predicho la dureza la superficie de la pieza y en el centro de la pieza.

En cuanto al resto de parametros, se ha empleado un coeficiente de conveccién de 25000
W/mZ-K y se ha tomado un tamafo de paso de 0,005 s.

A continuacidn, se han introducido las propiedades fisicas del material considerado (AlSI
1045) teniendo en cuenta su variacion con la temperatura entre 0 y 10002C (los datos se
han tomado de bibliografia [Ngu10a]).

Para finalizar con la calibracién del modelo, se ha variado de forma iterativa el valor de Ry, o
hasta que la dureza predicha ha sido igual a la obtenida en el ensayo experimental
correspondiente. Esta estimacion final de la dureza se ha realizado calculando, en primer
lugar, la evolucién de la temperatura con el tiempo en el centro de la superficie de la pieza
y aplicando, a continuacion, la Ec. 75 con las tres constantes dependientes del material (Qg4,
Ay B) obtenidas previamente para el acero AISI 1045.

En la Tabla 37, se muestran los valores de R, ., obtenidos para cada uno de los casos
estudiados y los datos experimentales de a, vy, F1 ¥ F',, y dureza del material. Se propone
tomar el valor medio del conjunto de valores de Ry, (0,81) para ejecutar la etapa
correspondiente a la simulacidon térmica del proceso de rectificado convencional. Asi
mismo, se propone tomar la desviacion estandar (0,03) para estimar el error cometido por
el modelo en la prediccidn de la dureza final de la pieza.
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ETAPA 1: Modelo térmico
E"e Vw F’t I:’n TO
h
At
Propiedades fisicas del material
P pw kw Cp,w
Definicion de R,
Ejecucion de la simulacion
Q, A B
No
é—Durezaestimada=Durezareal —m_
Si
Valor de R, , calibrado

Fig. 174 Esquema del procedimiento seguido para llevar a cabo la calibracién del modelo de
rectificado convencional.

Vi, real | Qe real F; Fn Dureza Ruch
(mm/s) | (mm) |(N/mm)| (N/mm)| (HV)
99 0,003 0,93 2,51 728 0,84
48 0,013 2,26 4,57 595 0,79
31 0,028 2,32 4,35 567 0,81
24 0,034 2,75 4,55 514 0,75
19 0,046 2,46 4,40 498 0,85
16 0,050 2,96 5,75 434 0,80

Tabla 37 Ensayos considerados para llevar a cabo la calibracion del modelo de revenido.

247



Capitulo V: Modelizacion del proceso de grind-hardening

V.3.3. Validacion del modelo

Una vez realizada la calibracion del modelo de revenido, se ha procedido a llevar a cabo su
validacion. Para ello, se ha estimado la dureza final del material partiendo del valor de R,
obtenido en la calibracidn y de los datos experimentales de a,, vy, F'; y F',, obtenidos en un
conjunto de ensayos diferente a los empleados en la calibracion (ver Tabla 38).

Vw, real de, real |:’t I:'n Dureza
(mm/s) | (mm) |(N/mm)|(N/mm)| (HV)
38 0,005 2,50 5,30 755

22 0,010 5,00 12,87 607
15 0,020 5,98 14,31 510
11 0,030 6,23 14,12 449
11 0,032 7,11 16,54 439

9 0,040 6,51 14,45 411
Tabla 38 Ensayos considerados para llevar a cabo la calibracién del modelo de revenido.

En la Fig. 172 se comparan los valores de dureza obtenidos experimentalmente con los
predichos por el modelo considerando el valor medio de R, (. Asi mismo, el error cometido
por el modelo en la prediccién de la dureza final de la pieza se indica mediante barras de
error. Tal y como puede observar, el modelo predice adecuadamente la caida progresiva de
dureza del material con el empleo de unas condiciones de rectificado mdas agresivas.
Ademas, la desviacién maxima respecto a la dureza real al considerar el valor medio de Ry,
(0,81) es del 6%. Ante estos resultados, se ha concluido que el modelo es valido para
predecir la dureza final tras el rectificado de piezas endurecidas previamente mediante
grind-hardening. No obstante, cabe sefialar que el modelo desarrollado también podria
emplearse para predecir el efecto del revenido durante el rectificado de piezas endurecidas
superficialmente mediante otro tipo de tratamientos térmicos.

'g 800
M Experimental
2 700 -
= B Modelo
© _
S 600
h =
g 500 -
2
N
()]
5 300 -
o 0,005 0,010 0,021 0,030 0,032 0,040
Profundidad de pasada a, (mm)

Fig. 175 Comparacion de los valores de dureza obtenidos experimentalmente con los predichos por el
modelo.
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V.4. CONCLUSIONES

A partir de lo expuesto en este capitulo se desprenden las siguientes conclusiones:

e La modelizacidn del proceso de grind-hardening puede facilitar la seleccién de los
parametros de rectificado a emplear durante el proceso de puesta a punto de la
operacién. Asi pues, en esta linea se ha desarrollado un modelo térmico del
proceso.

e En el desarrollo del modelo se ha observado que no es necesario considerar el
efecto del angulo de contacto en la definicién de la geometria de la zona de
contacto y, por ello, se ha definido la fuente de calor en una superficie paralela a la
superficie acabada. La consideracion de este aspecto podria facilitar la
modelizacion del proceso de grind-hardening aplicado a piezas de una geometria
mas compleja como, por ejemplo, piezas cilindricas, engranajes o arboles de levas.

e Asi mismo, se ha propuesto considerar el calor evacuado por las virutas mediante
la definicion de una superficie de referencia bajo la cual se estima la HPD. Esta
consideracidn elimina la necesidad de desactivar elementos y, por lo tanto, implica
una reduccién del coste computacional.

e El desarrollo del modelo del proceso de grind-hardening se ha completado con su
calibracién y posterior validacion. Asi se ha determinado que un valor de la
fraccién de calor de calor evacuada hacia pieza y viruta (R, ) igual a 0,73 permite
estimar de adecuada la HPD generada en el grind-hardening de acero AISI 1045
con muela de alumina vitrificada.

e Por otro lado, se ha observado que la prediccién de la dureza final de la pieza tras
el rectificado posterior a la etapa de endurecimiento podria facilitar también la
puesta a punto de esta ultima operacion. Por ello, se ha desarrollado un modelo
para predecir este efecto.

e El modelo propuesto consta de dos etapas. En la primera etapa se ha empleado el
modelo térmico de rectificado desarrollado previamente para estimar evolucion de
la temperatura con el tiempo. A continuacion se ha presentado una metodologia
basada en la definicién de un pardmetro TTG (tiempo-temperatura-generalizado)
para estimar la dureza.

e El desarrollo de este segundo modelo se ha completado con su calibracién vy
posterior validacion. Asi se ha concluido que un valor de Ry, , igual a 0,81 permite
estimar de forma adecuada la dureza final de la pieza tras el rectificado de piezas
de acero AISI 1045 endurecidas mediante grind-hardening con muela de alimina
vitrificada.
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VLLINTRODUCCION

En el presente capitulo se recoge un resumen de las principales aportaciones del trabajo
presentado, asi como de las principales lineas de trabajo que quedan abiertas a futuro.

Tras la realizacién de la revision del Estado del Arte, se ha observado que el proceso de
grind-hardening es una alternativa viable para llevar a cabo el endurecimiento superficial de
piezas de geometria plana. No obstante, si los parametros de mecanizado se mantienen
constantes, la profundidad de la capa endurecida generada (HPD) varia a medida que
avanza el proceso. Por consiguiente, si se desea generar una HPD uniforme, serd preciso
implementar un control en lazo cerrado del proceso y realizar un ajuste continuo de los
parametros de rectificado que compensen térmicamente los efectos del desgaste de la
muela y de las zonas transitorias (variacion de seccién) de la pieza. Esto implica que sera
necesario llevar a cabo una estimacion on-line de la HPD que estd siendo generada.

Por otra parte, de cara a evaluar la viabilidad de aplicar industrialmente el grind-hardening
mediante el rectificado cilindrico a través, es preciso estudiar la influencia del proceso de
desgaste de la muela en la HPD generada. Asi mismo, en esta variante del proceso también
se tendra que estimar on-line la HPD generada.

Tras el grind-hardening, es necesario realizar el acabado de la pieza mediante una ultima
operacion de rectificado y, durante esta operacion, se ha de controlar la caida de dureza en
la superficie de la pieza. No obstante, en la revision bibliografica realizada no se ha
encontrado ningun trabajo en el que se estudie el proceso de rectificado final de piezas
endurecidas mediante grind-hardening.

Por ultimo, se ha observado que la modelizacion de ambas etapas de rectificado (grind-
hardening y acabado) es de utilidad para comprender el efecto de los parametros de
mecanizado en el resultado del proceso. En este sentido, Unicamente uno de los modelos
de grind-hardening revisados es validado mediante ensayos diferentes de los empleados en
su calibracién y el error relativo entre la HPD predicha y la real llega a ser hasta del 25%. Asi
mismo, uno de los trabajos revisados presenta una metodologia para estimar la caida de
dureza durante el rectificado de piezas endurecidas mediante tratamientos térmicos
tradicionales. Sin embargo, en éste no se detalla cdmo aplicar la metodologia propuesta a
cualquier material y, ademas, el error relativo entre la dureza predicha y la real llega a ser
del 20%.
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VI

2. APORTACIONES

En este trabajo, se ha presentado un estudio experimental del proceso completo de

endurecimiento y acabado de piezas endurecidas mediante grind-hardening. Asi mismo, se

ha completado este estudio experimental con el desarrollo de dos modelos numéricos que

permiten predecir la HPD generada durante la etapa de endurecimiento y la caida de

dureza en la superficie durante el rectificado final de la pieza. Los resultados mas relevantes

de este trabajo se resumen en las siguientes aportaciones cientificas:

1.
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Obtencion de un parametro mediante el cual se puede estimar on-line la profundidad
de capa endurecida.

Durante el grind-hardening, el proceso de endurecimiento estd provocado por el
aumento de la temperatura en la pieza. Partiendo de esta consideracion, se ha
planteado la hipdtesis de que la energia por unidad de area E”. puede ser un
parametro adecuado para predecir la HPD generada.

Con el objetivo de verificar esta hipdtesis, se ha propuesto una metodologia
experimental para estudiar el proceso de grind-hardening aplicado al rectificado
plano.

En esta linea, se ha presentado un procedimiento para cuantificar la HPD que se basa
en la medida de micrografias de la estructura metaldrgica del material. Para estudiar
su validez, se han comparado los valores proporcionados por éste con los obtenidos a
partir de la determinacion del perfil de durezas en la pieza. Los resultados muestran
gue ambos procedimientos proporcionan valores muy similares (siendo la diferencia
maxima encontrada de 29 um).

Empleando la metodologia propuesta, se ha llevado a cabo un estudio experimental
de la relacion entre E”. y la HPD generada. En primer lugar, se ha investigado la
existencia de una relacidn univoca entre ambos parametros en el grind-hardening
aplicado al acero AISI 1045. Para ello, se han realizado ensayos en los que se han
generado valores de E”., comprendidos entre 2,7 y 12,1 J/mm2 variando
conjuntamente la profundidad de pasada (a.) y la velocidad de avance (v,,). Asi mismo,
en este caso, se ha empleado la misma velocidad de muela (30 m/s) y las mismas
condiciones de diamantado (Ud=10) en todos los ensayos.

Los resultados demuestran que, en el rango de parametros analizados, la relacién E” —
HPD es lineal e independiente de la combinaciéon de a. y v,, seleccionada. Ademas, se
ha observado que para valores inferiores a 4 J/mm” no se produce endurecimiento de
la pieza en AISI 1045, mientras que para el valor de energia mas elevado (12,1 J/mm?)
la HPD generada es de 425 um.
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- Se ha verificado que la tendencia lineal existente entre E”. y la HPD generada se
mantiene para otros aceros, como 100Cr6 y 42CrMo4. Sin embargo, se ha detectado
que la pendiente de la recta cambia para cada acero, siendo ésta inversamente
proporcional al contenido de carbono equivalente de cada uno.

- A vista de estos resultados, se ha estudiado la influencia de la velocidad de giro de la
pieza en la relacion E” —HPD. Asi, se ha repetido el estudio anterior con una velocidad
de muela de 23 m/s y se ha observado que relacién E”~HPD presenta la misma
tendencia que con 30 m/s. En este sentido, cabe sefialar, que si emplea la recta de
regresion obtenida para la 30 m/s para estimar la HPD en los ensayos con una
velocidad de 23 m/s el error relativo promedio es inferior al 10%. Por consiguiente, se
ha concluido que la relacién E” ~HPD es independiente de la velocidad de giro
seleccionada entre las dos velocidades analizadas.

- Asi mismo, se ha investigado la influencia del diamantado de la muela en la relacidon
E”—HPD para un rango de valores de E”, comprendido entre 6 y 16 J/mm’. Los
resultados han puesto de manifiesto que, para el mismo valor de E”. generado, si se
emplean condiciones de diamantado groseras (U4=2) la HPD generada es menor que si
se emplea un diamantado mas fino (U4=10). Por lo tanto, se recomienda emplear un
diamantado fino para conseguir una mayor HPD con un menor consumo energético.

- La correlacién lineal E”.-HPD se ha observado también en los datos de ensayos
realizados por otros autores sobre el acero 42CrMo4V. No obstante, en los casos con
hcu,max inferior a un limite (en torno a 10°® veces el valor del espaciado entre granos en
los trabajos analizados) la HPD obtenida es menor a la predicha por la correlacién
lineal. Este fendmeno se debe a que, por debajo del h,, max limite, la fase de ploughing
predomina durante el proceso de generacion de la viruta y, como consecuencia, se
reduce la fraccién de calor transmitida a la pieza. Por lo tanto, si el grind-hardening se
realiza con valores superiores al h¢, max frontera, el HPD generado puede estimarse on-
line mediante E” ..

2. Evaluacion de la influencia del proceso de desgaste de la muela en la profundidad de
capa endurecida durante el grind-hardening aplicado al rectificado cilindrico a través.

- Se ha presentado una metodologia experimental valida para estudiar la aplicacion del
grind-hardening al rectificado cilindrico a través.

- Empleando esta metodologia, se han llevado a cabo tres ensayos experimentales con
diferente caudal especifico de viruta e igual avance por vuelta y se ha estudiado el
desgaste sufrido por la muela. Los resultados demuestran que el desgaste de la muela
no es uniforme y, ademads, el embotamiento excesivo de la zona mas préxima al borde
de ataque provoca la aparicion de inestabilidades en el proceso. Este fendmeno se
produce antes a medida que se aumenta el caudal especifico de viruta. Por
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consiguiente, la longitud maxima de pieza que puede ser endurecida mediante el
rectificado cilindrico a través esta limitada por el caudal especifico de viruta
seleccionado.

Asi mismo, como consecuencia del embotamiento progresivo de la muela, la HPD
generada y la deformacion plastica de la zona superficial aumentan a medida que
avanza el proceso. Por lo tanto, si se desea obtener una HPD uniforme es necesario
estimar ésta on-line y variar los pardmetros de rectificado.

Partiendo de esta consideracion, se han llevado a cabo un estudio experimental del
proceso y se ha observado que la relacion E”.-HPD es lineal e independiente de la
combinacién de velocidad de giro de pieza y profundidad de pasada seleccionadas. Por
lo tanto, durante el rectificado cilindrico a través, la HPD puede ser estimada también
a partir del registro de E”...

Obtencion de un parametro mediante el cual se puede estimar on-line la dureza
superficial durante el rectificado final de la pieza.

La caida de dureza durante el rectificado final de la pieza es consecuencia de un
proceso de revenido cuyo desarrollo depende de la evolucion de la temperatura con el
tiempo. A partir de esta premisa, se ha planteado la hipdtesis de que la energia por
unidad de area E”. pueda ser un parametro adecuado para predecir el revenido
generado en la superficie.

Para verificar esta hipdtesis, en primer lugar, se ha propuesto una metodologia
experimental original que posibilita estudiar el efecto del revenido en el rectificado
final de piezas planas.

Empleando esta metodologia, se ha llevado a cabo un estudio experimental en el que
se han generado diferentes niveles de revenido en la pieza variando v,, entre 20 y 100
mm/s y a. entre 0,02 y 0,1 mm. Los resultados demuestran que si se emplean
condiciones de rectificado con un h, max superior a un valor limite (cercano a 2,4-10'5-L
en los ensayos realizados), existe una relacién entre E”. y la dureza superficial de la
pieza que es independiente de la v,, y a. seleccionadas. Por consiguiente, bajo estas
condiciones, el registro de E”. sirve para controlar on-line la dureza final de la
superficie.

Desarrollo de un modelo del proceso de grind-hardening aplicado al rectificado
plano.

Este estudio se ha completado con el desarrollo de un modelo térmico de elementos
finitos que permite estimar la HPD generada tras el proceso de grind-hardening.

Se ha comprobado que, si se emplean condiciones de grind-hardening (Pe<36, 6<59),
la fuente de calor puede definirse en una superficie paralela a la superficie acabada.



Unai Alonso Pinillos

Mediante esta consideracion, se facilita la modelizacion del proceso de grind-
hardening aplicado a piezas de una geometria compleja.

- El calor evacuado por el material eliminado puede considerarse definiendo una
superficie de referencia a una profundidad igual a a.. Mediante este procedimiento, se
evita la necesidad de desactivar elementos y, por lo tanto, se reduce el coste
computacional de la resolucion del modelo.

- El modelo ha sido calibrado para el caso del rectificado de acero AISI 1045 con muela
de alumina y se ha considerado como parametro de calibracidn la fracciéon de calor
evacuada hacia el conjunto pieza-viruta (R, ) obteniéndose un valor para éste
parametro de 0,73.

- Finalmente, mediante datos experimentales distintos a los empleados en la
calibracién, el modelo ha sido validado concluyéndose que permite estimar la HPD
generada con un error relativo maximo del 17% aplicando en todos los casos el valor
de Ry, « calibrado.

5. Desarrollo de un modelo del proceso rectificado plano que permita estimar la caida
de dureza durante el acabado final de la pieza.

- La modelizacion del proceso completo de fabricacién de la pieza en sus dos etapas
dentro de la rectificadora se ha completado con el desarrollo de un modelo numérico
que permite estimar la dureza final de la superficie tras el rectificado final de una pieza
plana.

- El modelo consta de dos etapas. En una primera etapa se ha obtenido la evolucidon de
la temperatura a lo largo del tiempo en la pieza a partir de un modelo de elementos
finitos. En la segunda etapa, se emplea una metodologia propuesta en bibliografia
para considerar el efecto conjunto del tiempo y de la temperatura en el efecto del
revenido. Esta metodologia es aplicada, por primera vez, a un proceso de rectificado.

- El modelo ha sido calibrado y validado para el caso de piezas de acero AISI 1045
endurecidas previamente mediante grind-hardening. Asi mismo, se ha considerado
como parametro de calibracion Ry y se ha concluido que la consideracién de un
valor de éste igual a 0,81 permite estimar la dureza tras el rectificado con un error
relativo maximo del 6%.
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VI.3. LINEAS FUTURAS

A partir de las conclusiones y aportaciones presentadas, se abren nuevas lineas trabajo en

las que profundizar en investigaciones futuras:
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Obtener la relacion E”~HPD en otros aceros que puedan ser de interés y
profundizaciéon en la relacién entre el carbono equivalente y la pendiente de la
relacion lineal E”c-HPD.

Desarrollar un software implementable en el control numérico de la rectificadora que
permita realizar el control en lazo cerrado de la HPD generada tomando como
parametro de referencia E”¢.

Profundizar en el estudio de la influencia del desgaste de la muela en el rectificado
cilindrico a través mediante el analisis del efecto del overlap ratio.

Desarrollar un modelo del proceso de grind-hardening aplicado al rectificado cilindrico
a través empleando la metodologia empleada y las simplificaciones introducidas en la
definicién del modelo de rectificado plano presentado.

Completar el modelo tedrico propuesto para estimar la HPD en grind-hardening de
piezas de seccion constante en rectificado plano de tal forma que sea posible
considerar el efecto de la variacién del calor generado durante la pieza como
consecuencia del desgaste progresivo de la muela.

Partiendo del modelo térmico presentado, desarrollar un modelo que permita incluir
el efecto mecanico de la muela y estimar las deformaciones experimentadas por la
pieza, asi como las tensiones residuales en ésta tras el proceso.

Estudiar la aplicabilidad del proceso de grind-hardening a piezas de geometria
compleja como dientes de engranajes o levas.

Desarrollo de muelas y abrasivos optimizados para el proceso de manera que sean
capaces de soportar las elevadas temperaturas y esfuerzos mecanicos que tienen lugar
en el proceso de grind-hardening.
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