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Resumo 

Atualmente, o processo de conformação de chapas metálicas assume uma grande 

importância na indústria automóvel. As ligas de alumínio têm sido cada vez mais utilizadas 

neste setor, uma que vez permitem a redução de massa dos componentes. Contudo, as ligas 

de alumínio são conhecidas por apresentarem uma formabilidade limitada e retorno elástico 

superior aos aços convencionais. Estas duas desvantagens são críticas para o processo de 

estampagem e têm limitado a sua aplicação. Neste contexto, o processo de estampagem a 

quente tem sido sugerido como alternativa para superar estas dificuldades, uma vez que o 

aumento da temperatura tem um impacto bastante positivo na formabilidade e no retorno 

elástico.  

O presente estudo tem como objetivo avaliar a influência da temperatura no 

processo de estampagem da liga de alumínio AA5086-H111. Após a seleção dos modelos 

constitutivos e respetiva identificação dos parâmetros, realizaram-se simulações, com o 

programa DD3IMP, do processo de estampagem de uma taça circular para as temperaturas 

de 20ºC, 150ºC e 240°C. Foram avaliados vários parâmetros, tais como a evolução da força 

do punção, a evolução da temperatura do esboço, o perfil das orelhas de estampagem, e a 

evolução da espessura ao longo de várias direções. Para além disso, foi avaliado o retorno 

elástico, com recurso ao corte de um anel na parede vertical da taça cilíndrica. Também foi 

realizada uma análise dos algoritmos de acoplamento disponíveis no DD3IMP, para resolver 

o problema termomecânico.  

O algoritmo de acoplamento de dupla previsão apresenta o melhor compromisso 

entre precisão de resultados e custo computacional. Em relação ao modelo constitutivo, o 

critério de plasticidade apresenta uma maior influência do que a lei de encruamento nos 

parâmetros analisados. Os resultados obtidos mostram que o aumento da temperatura no 

processo de estampagem permite reduzir a força aplicada pelo punção. Também o retorno 

elástico diminui com o aumento da temperatura.  

 

Palavras-chave: Processo de estampagem a quente, Retorno elástico, 
Simulação numérica, Algoritmos de acoplamento, 
Liga de alumínio. 
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Abstract 

Nowadays, sheet metal forming process has a major importance in the 

automotive industry. Aluminum alloys has been increasingly used in this sector, since they 

allow weight reduction of the components. However, aluminum alloys are known for their 

low formability and for presenting springback values higher than conventional steels. Those 

two disadvantages are critical for the deep drawing process and are limiting their fields of 

application. To overcome this difficulties, the warm-forming process has emerged as 

alternative to the conventional process, since the increase of temperature has a positive 

impact in the formability and in the springback. 

The present study aims to evaluate the influence of temperature in the warm-

forming process of AA5086-H111 aluminum alloy. After the selection of the constitutive 

models and their parameters identification, numerical simulations were made, with the finite 

element solver DD3IMP, of the deep drawing of a cylindrical cup at temperatures of 20ºC, 

150ºC and 240°C. Several parameters were evaluated such as the evolution of the punch 

force, the evolution of the blank temperature, the earing profile and the thickness profile 

along several directions. Moreover, springback was also evaluated, based on the trimming 

of a ring from the vertical wall of the cylindrical cup. An analysis of the coupling algorithms 

available in DD3IMP, to solve the thermomechanical problem, was also performed.  

The staggered algorithm with double prevision presents the best compromise 

between results accuracy and computational performance. Regarding the constitutive 

models, the yield criterion presents a higher influence than the hardening law in the analyzed 

parameters. The numerical results shown that the increase of temperature in the warm-

forming process leads to a reduction of the punch force. Also the springback decreases with 

increasing temperature. 

 

Keywords Warm forming, Springback, Numerical simulation, Coupling 
algorithms, Aluminum alloy. 

 

  



 

 

Simulação numérica do processo de estampagem a quente  

 

 

viii  2016 

 



 

 

  Índice 

 

 

Patrick Marques da Cunha  ix 

 

 

Índice 

Índice de Figuras .................................................................................................................. xi 

Índice de Tabelas ................................................................................................................. xv 

Simbologia e Siglas ........................................................................................................... xvii 
Simbologia ..................................................................................................................... xvii 
Siglas ............................................................................................................................ xviii 

1. Introdução ...................................................................................................................... 1 
1.1. Processo de estampagem ........................................................................................ 1 
1.2. A importância da simulação numérica .................................................................... 3 

1.3. Conferência Numisheet ........................................................................................... 5 
1.4. Retorno elástico ...................................................................................................... 6 
1.5. Instabilidades na liga de alumínio AA5086 ............................................................ 7 

1.5.1. Efeito Piobert-Lüders ...................................................................................... 7 

1.5.2. Efeito Portvein-Le Chatelier ............................................................................ 8 
1.6. Objetivos e guia de leitura ...................................................................................... 9 

2. Benchmark Numisheet 2016 ........................................................................................ 11 
2.1. Descrição das operações de conformação............................................................. 11 
2.2. Liga AA5086-H111 .............................................................................................. 13 

2.2.1. Ensaios de tração ........................................................................................... 13 

2.2.2. Ensaios de corte ............................................................................................. 15 
2.2.3. Ensaio de expansão biaxial ............................................................................ 17 

3. Simulação numérica .................................................................................................... 19 

3.1. Leis de encruamento ............................................................................................. 19 
3.1.1. Lei de Hockett-Sherby modificada ................................................................ 19 

3.1.2. Lei de Voce com encruamento cinemático.................................................... 21 
3.2. Critérios de plasticidade ........................................................................................ 23 

3.2.1. Critério de Hill’48 ......................................................................................... 23 
3.2.2. Critério de Barlat 91 ...................................................................................... 25 

3.3. Algoritmos de acoplamento .................................................................................. 29 
3.3.1. Iterativo .......................................................................................................... 29 

3.3.2. Explícito ........................................................................................................ 31 
3.3.3. Dupla previsão ............................................................................................... 32 

3.4. Modelação do problema térmico .......................................................................... 33 

3.4.1. Transferência de calor ................................................................................... 33 
3.4.2. Calor gerado por deformação plástica ........................................................... 37 
3.4.3. Calor gerado por atrito ................................................................................... 37 

3.5. Modelação das ferramentas e do esboço ............................................................... 37 
3.5.1. Ferramentas ................................................................................................... 38 

3.5.2. Esboço ........................................................................................................... 39 

4. Resultados e análise ..................................................................................................... 41 



 

 

Simulação numérica do processo de estampagem a quente  

 

 

x  2016 

 

4.1. Algoritmos de acoplamento .................................................................................. 41 
4.2. Processo de estampagem da taça cilíndrica .......................................................... 43 
4.3. Retorno elástico .................................................................................................... 55 

4.4. Tempo de computação .......................................................................................... 57 

5. Considerações finais .................................................................................................... 59 
5.1. Conclusões ............................................................................................................ 59 
5.2. Perspetivas de trabalhos futuros ........................................................................... 60 

Referências Bibliográficas .................................................................................................. 61 

 

 



 

 

  Índice de Figuras 

 

 

Patrick Marques da Cunha  xi 

 

 

ÍNDICE DE FIGURAS 

Figura 1.1 Etapas do processo de estampagem (adaptado de (Manach et al.,2016)). ........... 2 

Figura 1.2 Abertura do anel para medição do retorno elástico (retirado de Manach et 

al.2016)). ................................................................................................................. 6 

Figura 1.3 Comportamento real e observado de um material que apresenta o efeito de 

Piobert-Lüders (retirado de Schwab & Ruff (2013) e adaptado por Coër (2013)). 7 

Figura 1.4 Diferentes tipos de bandas de deformação plástica localizada devido ao efeito 

Portvein-Le Chatelier (retirado de Grzegorczyk et al., (2013)). ............................. 8 

Figura 2.1 Dimensões das ferramentas utilizadas nos ensaios(retirado de (Manach et al., 

2016)). ................................................................................................................... 11 

Figura 2.2 Variação da temperatura das ferramentas com o deslocamento do punção para os 

ensaios: (a) 20°C , (b) 150°C e (c) 240°C. (d) Variação da força do cerra-chapas 

com o deslocamento do punção para várias temperaturas. ................................... 12 

Figura 2.3 Curvas tensão-deformação reais dos ensaios de tração experimentais, para as 

temperaturas de 20, 150 e 240°C e para as direções RD, DD e TD. ..................... 14 

Figura 2.4 Curvas tensão-deformação reais dos ensaios de tração experimentais, para as 

temperaturas de 20, 150 e 240ºC e para as velocidades 𝑣1, 10 × 𝑣1 e 100 × 𝑣1.15 

Figura 2.5 Curvas tensão-deformação reais dos ensaios de corte experimentais com inversão 

de trajetória a 10, 20 e 30% de deformação e sem inversão: a) a 20 °C e b) 150 °C.

 ............................................................................................................................... 16 

Figura 2.6 Curvas tensão-deformação plástica equivalente dos ensaios de corte 

experimentais: a) a 20°C e b) a 150°C. ................................................................. 16 

Figura 2.7 Curvas tensão-deformação dos ensaios experimentais de tração e expansão 

biaxial. ................................................................................................................... 17 

Figura 3.1 Comparação entre as curvas experimentais e as curvas ajustadas pela lei de 

Hockett-Sherby modificada. .................................................................................. 21 

Figura 3.2 Comparação entre os ensaios experimentais a 20° C e a lei de Voce com 

encruamento cinemático ajustada. ......................................................................... 22 

Figura 3.3 Razão entre tensões para os ensaios de tração, corte e expansão biaxial para vários 

níveis de trabalho plástico. Escala secundária para o ensaio de corte. .................. 26 

Figura 3.4 Comparação entre valores experimentais e ajustados pelos critérios de 

plasticidade de Hill’48 e Yld’91: (a) valores de r e (b) tensões limite de elasticidade 

normalizadas. ......................................................................................................... 28 

Figura 3.5 Superfícies de plasticidade para o critério de plasticidade de Hill’48 e Yld’91. 28 

Figura 3.6 Algoritmo de acoplamento iterativo adaptado de (Martins et al., 2016). .......... 30 



 

 

Simulação numérica do processo de estampagem a quente  

 

 

xii  2016 

 

Figura 3.7 Algoritmo de acoplamento explícito retirado de (Martins et al., 2016). ........... 31 

Figura 3.8 Algoritmo de acoplamento de dupla previsão retirado de (Martins et al., 2016).

 ............................................................................................................................... 32 

Figura 3.9 (a) Evolução da temperatura do esboço experimental e numérica, para diferentes 

valores de m2 e da temperatura do punção e (b) variação do CTC com a distância 

entre corpos. .......................................................................................................... 36 

Figura 3.10 Representação das ferramentas utilizadas na simulação numérica: (a) matriz, (b) 

punção, (c) cerra-chapas e (d) disposição do conjunto das ferramentas. .............. 38 

Figura 3.11 Representação da discretização do esboço. ..................................................... 40 

Figura 4.1 Comparação dos algoritmos de acoplamento relativamente à evolução da força 

do punção. ............................................................................................................. 42 

Figura 4.2 Comparação dos algoritmos de acoplamento relativamente à evolução da 

temperatura. ........................................................................................................... 42 

Figura 4.3 Comparação dos algoritmos de acoplamento relativamente às orelhas de 

estampagem. .......................................................................................................... 43 

Figura 4.4 Comparação da evolução da força do punção para várias leis constitutivas, a 20°C.

 ............................................................................................................................... 44 

Figura 4.5 Distribuição das tensões de escoamento no esboço, para 5 mm de deslocamento 

do punção: (a) Yld'91 e KH (b) Hill'48 e KH. ...................................................... 45 

Figura 4.6 Comparação da evolução da força do punção para várias temperaturas utilizando 

o critério de Hill’48r e a lei de encruamento de Hockett-Sherby modificada. ..... 46 

Figura 4.7 Distribuição das deformações plásticas equivalentes. ....................................... 48 

Figura 4.8 Distribuição das tensões equivalentes. ............................................................... 49 

Figura 4.9 Distribuição das tensões de escoamento. ........................................................... 50 

Figura 4.10 Comparação entre os dados experimentais e numéricos da evolução da 

temperatura do esboço, para várias temperaturas iniciais. .................................... 51 

Figura 4.11 Variação da espessura com a distância curvilínea do centro da taça à periferia: 

(a) Direção de laminagem (b) Direção perpendicular à laminagem (c) Direção 

diagonal. ................................................................................................................ 53 

Figura 4.12 Variação da altura da taça com o ângulo, para várias leis constitutivas, a 20°C.

 ............................................................................................................................... 54 

Figura 4.13 Variação da altura da taça com o ângulo, para várias temperaturas, para o critério 

de Hill'48r e a lei de Hockett-Sherby modificada. ................................................ 54 

Figura 4.14 Comparação da abertura do anel para as várias simulações. ........................... 55 

Figura 4.15 Abertura dos anéis para 20°C: (a) Hill'48 e KH (b) Yld'91 e KH (c) Hill'48r e 

H-S ........................................................................................................................ 56 

Figura 4.16 Abertura dos anéis utilizando o citério de Hill'48r e a lei de Hockett-Sherby 

modificada: (a) 20°C (c) 150°C (c) 240°C. .......................................................... 56 



 

 

  Índice de Figuras 

 

 

Patrick Marques da Cunha  xiii 

 

Figura 4.17 Comparação da distribuição das tensões segundo a direção circunferencial, para 

a espessura da chapa na direção de laminagem: (a) anel Yld’91 e KH (b) anel 

Hill’48 e KH. ......................................................................................................... 57 

Figura 4.18 Comparação dos tempos de computação para as várias simulações. ............... 57 

 

  



 

 

Simulação numérica do processo de estampagem a quente  

 

 

xiv  2016 

 

 

 



 

 

  Índice de Tabelas 

 

 

Patrick Marques da Cunha  xv 

 

 

ÍNDICE DE TABELAS 

Tabela 2.1 Composição química em percentagem da liga AA 5086-H111 retirado de 

(“www.makeitfrom.com,”).................................................................................... 13 

Tabela 2.2 Propriedades da liga AA 5086-H111. ................................................................ 13 

Tabela 2.3 Coeficientes de anisotropia para as temperaturas de 20°C, 150°C e 240 °C para a 

direção de laminagem (RD), direção perpendicular à laminagem (TD) e na diagonal 

(DD)....................................................................................................................... 14 

Tabela 3.1 Parâmetros identificados para a lei de encruamento de Hockett-Sherby 

modificada. ............................................................................................................ 21 

Tabela 3.2 Parâmetro que definem a lei de Voce com encruamento cinemático. ............... 23 

Tabela 3.3 Parâmetros de anisotropia do critério de Hill'48 para as temperaturas de 20, 150 

e 240 °C. ................................................................................................................ 25 

Tabela 3.4 Valores dos coeficientes de anisotropia, de tensão e deformação para 20 MPa de 

trabalho plástico. ................................................................................................... 27 

Tabela 3.5 Parâmetros de anisotropia do critério Yld’91 e Hill’48, identificados com o 

auxílio do programa DD3MAT. ............................................................................ 27 

Tabela 3.6 Valores discretos do coeficiente de transferência de calor em função da distância 

entre dois corpos. ................................................................................................... 34 

Tabela 3.7 Parâmetros utilizados nas várias simulações de ajuste da evolução da temperatura 

do esboço. .............................................................................................................. 36 

Tabela 3.8 Temperaturas iniciais das ferramentas e do esboço. .......................................... 36 

Tabela 3.9 Número de elementos utilizados em cada uma das direções do esboço. ........... 40 

Tabela 4.1 Comparação dos algoritmos de acoplamento relativamente ao tempo 

computacional. ...................................................................................................... 43 

 

  



 

 

Simulação numérica do processo de estampagem a quente  

 

 

xvi  2016 

 

  



 

 

  Simbologia e Siglas 

 

 

Patrick Marques da Cunha  xvii 

 

SIMBOLOGIA E SIGLAS 

Simbologia 

𝛽 – Quantidade de calor dissipado; 

𝜀̅p – Deformação plástica equivalente; 

𝜀̇ – Velocidade de deformação; 

𝜀0̇ – Fator normalizado da velocidade de deformação; 

𝜉 – Fração de energia gerada convertida em calor; 

𝜌 – Densidade; 

𝜎𝑥𝑥, 𝜎𝑦𝑦, 𝜎𝑧𝑧, 𝜏𝑦𝑧, 𝜏𝑥𝑧, 𝜏𝑥𝑦 – Componentes do tensor das tensões de Cauchy; 

𝜎 – Tensão equivalente; 

σ – Tensor das tensões de Cauchy; 

𝛔′ - Componente desviadora do tensor das tensões de Cauchy; 

𝜒 – Coeficiente de Taylor-Quinney; 

𝑎1, 𝑎2, 𝑚0, 𝑚1, 𝑛0 e 𝑛1 – Parâmetros da lei de Hockett-Sherby modificada; 

𝑏 – Coeficiente que define o crescimento da superfície de plasticidade (lei de 

Hockett-Sherby); 

𝑐 – Calor específico; 

𝐶𝑦, 𝑌0, 𝑌𝑠𝑎𝑡 – Parâmetros da lei de Voce (encruamento isotrópico); 

𝐶1, 𝐶2, 𝐶3, 𝐶4, 𝐶5, 𝐶6 – Parâmetros de anisotropia do critério Yld’91; 

𝐃𝐩 – Tensor velocidade de deformação plástica; 

F, G, H, L, M, N – Parâmetros de anisotropia do critério de Hill’48; 

𝐹𝐸𝑙𝑒𝑛𝑔ℎ𝑡 – Tamanho do elemento finito; 

𝑔𝑛 – Distância entre superfícies; 

�̇�𝐭 – Incremento de velocidade tangencial devido ao escorregamento; 

ℎ – Coeficiente de transferência de calor; 

ℎ𝑖𝑛𝑓 – Valor inferior do coeficiente de transferência de calor; 

ℎ𝑠𝑢𝑝 – Valor superior do coeficiente de transferência de calor; 

𝐤 – Tensor da condutividade térmica; 

L – Tensor de anisotropia; 



 

 

Simulação numérica do processo de estampagem a quente  

 

 

xviii  2016 

 

𝑚 – Coeficiente da sensibilidade à velocidade de deformação (lei de Hockett-

Sherby); 

𝑚2 – Parâmetro numérico da lei que define a evolução do coeficiente de 

transferência de calor; 

𝑛 – Coeficiente de encruamento; 

𝑃𝑅𝑚
 – Perímetro do raio de curvatura da matriz; 

𝑞𝑐𝑜𝑛𝑡 – Fluxo de calor devido ao contacto; 

𝑞𝑓𝑟𝑖𝑐𝑡 – Fluxo de calor devido ao atrito; 

𝑄 – Tensão de saturação (lei de Hockett-Sherby); 

𝑄𝑓 – Somatório das fontes de calor; 

𝑟𝑖 – Coeficientes de anisotropia segundo a direção i em relação a RD; 

𝑅𝑚 – Raio de curvatura da matriz. 

𝑠1, 𝑠2, 𝑠3 – Tensões principais do tensor s; 

𝐭𝐭 – Força tangencial resultante do contacto com atrito; 

𝑇 – Temperatura atual do material; 
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1. INTRODUÇÃO 

A necessidade de aumentar a eficiência energética dos automóveis e a introdução 

de metas obrigatórias para a redução de emissões de CO2, tem levado os seus fabricantes a 

estabelecer algumas medidas para atingir estes compromissos. A redução da massa dos 

automóveis é uma dessas medidas que terá maior impacto a curto-prazo. De facto, estima-

se que uma redução de 10% na massa de um veículo automóvel melhore o seu consumo em 

5,5 % (Miller et al., 2000), com uma diminuição proporcional das emissões de CO2. Assim, 

com vista à redução do peso do automóvel, os fabricantes têm vindo a procurar materiais 

mais leves para substituir os aços convencionais. Uma das soluções mais atrativas passa pelo 

uso de ligas de alumínio, que apresentam uma boa relação resistência/massa e são 

recicláveis. Está é uma questão essencial por forma a corresponder às exigências ambientais 

que também têm vindo a ser impostas ao nível do ciclo de vida dos componentes. No entanto, 

apesar das vantagens mencionadas, as ligas de alumínio apresentam problemas ao nível da 

formabilidade à temperatura ambiente e do controlo do retorno elástico, o que limita a 

utilização do processo de estampagem para o fabrico de componentes. Assim, têm sido 

realizados vários estudos com o objetivo de encontrar soluções alternativas para a produção 

de componentes com os mais variados tamanhos e formas, que envolvem o recurso a 

processos e métodos mais complexos. 

1.1. Processo de estampagem 

O processo de estampagem é dos processos mais usados na indústria quando se 

pretende conformar chapas metálicas, em particular na indústria automóvel. Este processo 

permite obter peças com configurações complexas, de forma simples e com elevada cadência 

de produção. Em geral, o processo recorre a três ferramentas principais: o punção, a matriz 

e o cerra-chapas. O cerra-chapas, através da aplicação de uma força sobre a chapa, numa 

fase designada por fase de aperto, permite fixar a chapa e controlar o seu escoamento. Além 

disso, esta ferramenta, também desempenha um papel importante na prevenção de defeitos 

de estampagem, como por exemplo rugas. O punção é responsável pela conformação da 

chapa, uma vez que é este que promove o movimento da chapa para o interior da cavidade 



 

 

Simulação numérica do processo de estampagem a quente  

 

 

2  2016 

 

da matriz. Assim, a forma final da peça é obtida em função da forma do punção e da cavidade 

da matriz (Oliveira, 2005). 

 

 

Figura 1.1 Etapas do processo de estampagem (adaptado de (Manach et al.,2016)). 

 

Na Figura 1.1 está representado esquematicamente o processo de estampagem. 

O processo pode ser resumido da seguinte forma: numa fase inicial, o esboço, previamente 

lubrificado, é colocado na matriz. De seguida, este é apertado com auxílio do cerra-chapas. 

Concluída esta etapa, o punção desloca-se na vertical até concluir o seu percurso. Uma vez 

concluído o deslocamento, o cerra-chapas e o punção deixam de atuar e remove-se a peça 

da matriz. 

Quando o componente deixa de estar submetido à ação das ferramentas, ocorre 

um dos fenómenos mais importantes do processo, que se designa por retorno elástico. Este 

fenómeno é o resultado da acumulação de energia de deformação elástica, por parte do 

material, ao longo do processo de conformação. Na ausência de forças externas, esta energia 

é libertada e a chapa tende a recuperar a sua forma inicial. Geralmente este fenómeno é 

indesejado, uma vez que induz desvios em relação à geometria pretendida, i.e. desvios em 

relação às tolerâncias admissíveis e variabilidade nas operações de conformação 

subsequentes, bem como na assemblagem da peça final (Wagoner et al., 2013). 

A estampagem de ligas de alumínio levanta algumas dificuldades, devido à sua 

baixa formabilidade à temperatura ambiente e devido ao retorno elástico, que é mais 

acentuado para estas ligas, uma vez que apresentam uma tensão limite de elasticidade 

idêntica e menor módulo de elasticidade que os aços convencionais. A estampagem a quente, 

ou a temperaturas moderadas, é uma das soluções possíveis para contornar estas 

dificuldades. Neste contexto, têm sido realizados vários os estudos e ensaios de forma a 

compreender a influência da temperatura e da velocidade de deformação neste tipo de 
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processos. Naka & Yoshida (1999) investigaram a influência da temperatura e da velocidade 

de deformação no processo de estampagem de uma taça cilíndrica de uma liga de alumínio 

5083. Os resultados obtidos indicam que o aumento de temperatura aumenta a relação 

máxima de embutidura e o aumento da velocidade de deformação tem o efeito contrário. 

Zhang et al. (2014) chegaram à mesma conclusão em relação ao aumento da temperatura na 

formabilidade de ligas de alumínio e observaram menores valores de retorno elástico. Assim, 

o processo de estampagem a quente tem sido, cada vez mais, encarado como uma alternativa 

para a produção de componentes estampados. As ferramentas associadas ao processo são 

semelhantes às usadas na estampagem a frio. A alteração mais notória nas ferramentas é a 

adição de um sistema que permite elevar e controlar a temperatura. Além do mais, o esboço 

também é aquecido antes da estampagem o que contribui para baixar a cadência do processo. 

De facto, alguns estudos indicam que a formabilidade do alumínio aumenta quando é 

induzido um gradiente de temperatura entre o punção e o esboço (e.g. (Van den Boogaard & 

Huétink, 2006)). 

1.2. A importância da simulação numérica 

Segundo Pegden et al. (1995) a simulação numérica consiste no processo de 

projeto de um modelo computacional de um sistema real e na realização de experiências com 

este modelo, com o propósito de entender o seu comportamento e/ou avaliar estratégias para 

a sua operação. 

Este tema tem sido bastante estudado ao longo dos anos e hoje em dia é uma 

ferramenta essencial em qualquer tipo de indústria na área da conformação plástica, graças 

à qualidade dos resultados obtidos. A principal vantagem desta ferramenta numérica é a 

redução do tempo global do processo e, consequentemente, na redução de custos associados. 

Além do mais, permite fazer uma análise do processo, sendo possível a previsão de possíveis 

falhas e defeitos no componente, passíveis de ocorrer no seu fabrico. 

Esta ferramenta tem como base o método dos elementos finitos, que consiste 

numa técnica para encontrar soluções aproximadas, para problemas de equilíbrio definidos 

fisicamente por equações diferenciais. A solução aproximada é construída com auxílio de 

métodos numéricos e computacionais. A integração da análise com o método dos elementos 

finitos com metodologias de apoio à decisão permite a otimização do sistema em análise. No 

caso específico da estampagem, a realização deste tipo de análises a priori, permite otimizar 
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o processo de fabrico durante a fase de conceção do componente. Tekkaya (2000) definiu os 

objetivos da indústria relativamente à simulação numérica, em três grupos principais. 

1. Redução de tempo: 

• Verificação antecipada da viabilidade do fabrico dos componentes; 

• Redução dos tempos de desenvolvimento; 

• Redução dos tempos de tentativa-erro; 

• Resposta rápida a alterações desejadas. 

2. Redução do custo: 

• Produtos mais baratos; 

• Redução dos custos das ferramentas; 

• Redução do tamanho das prensas; 

• Aumento de fiabilidade. 

3. Aumento da qualidade do produto: 

• Otimização da escolha do material para os componentes; 

• Produção de componentes mais complexos; 

• Ganhar experiência para conformação de novos materiais; 

• Repetibilidade do processo; 

• Otimização do processo. 

Para que seja possível alcançar estes objetivos, é necessário trabalhar a vários 

níveis, tais como: 

• Simulação de processos e operações; 

• Facilidade de utilização; 

• Integração CAD-FEM-CAD; 

• Eficiência da simulação (tempo); 

• Análise de resultados; 

• Comportamento do material; 

• Exatidão (Tekkaya, 2000). 

Contudo, apesar da simulação ser uma ferramenta poderosa e permitir obter 

resultados precisos, requer conhecimentos e experiência na área, i.e., técnicos 

especializados. A utilização desta ferramenta por parte de pessoas com pouca experiência 

pode resultar em erros a vários níveis. Assim, apesar de visualmente parecer que se alcançou 

bons resultados, o processo físico pode nem sequer estar bem modelado. 
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1.3. Conferência Numisheet 

Numisheet é o acrónimo de uma conferência internacional dedicada à simulação 

numérica (Numi) de processos de conformação plástica de chapas metálicas (sheet). Um dos 

aspetos distintivos desta conferência é a proposta de casos de estudo de processos de 

estampagem, que envolvem fenómenos que são difíceis de simular. Assim, estes casos de 

estudo constituem um desafio para a comunidade científica e industrial. O objetivo é 

melhorar a precisão na previsão numérica dos fenómenos associados aos processos de 

conformação, através de uma discussão alargada das diferentes estratégias passíveis de 

serem utilizadas na simulação numérica. Os resultados obtidos pelos participantes são 

submetidos antes da realização da conferência e o comité responsável pela organização do 

caso de estudo procede à sua análise comparativa, incluindo sempre o resultado 

experimental. A conferência inclui uma sessão de discussão alargada dos resultados dos 

casos de estudo, com o objetivo de comparar e discutir os resultados de modo a perceber 

quais as estratégias que apresentaram resultados mais concordantes com os ensaios 

experimentais. 

No presente ano, o comité organizador da conferência Numisheet 2016 lançou 

(“www.numisheet2016.org,”) três casos de estudo: 

• Previsão da rotura em embalagens metálicas – Benchmark 1 

• Previsão do retorno elástico de um componente automóvel – Benchmark 2 

• Previsão do retorno elástico no processo de estampagem a quente – 

Benchmark 3 

O presente trabalho foca-se na análise do último caso de estudo (Benchmark 3). 

O comité forneceu informações relativas ao processo de estampagem de uma liga de 

alumínio AA5086, que incluem ensaios experimentais para caracterização do 

comportamento mecânico dos materiais, bem como dados relativos à evolução da 

temperatura adquiridos durante os ensaios experimentais, para ajuste das propriedades 

térmicas. O ensaio consiste na estampagem de uma taça cilíndrica a diferentes temperaturas, 

seguido do corte de um anel na parede vertical da taça. O anel é posteriormente cortado para 

avaliar o retorno elástico. Assim, nas secções seguintes apresentam-se alguns dados relativos 

ao comportamento mecânico das ligas de alumínio da série 5000, bem como à análise do 

retorno elástico. 
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1.4. Retorno elástico 

O retorno elástico consiste na recuperação da deformação elástica quando o 

material deixar de ser solicitado. Durante o processo de estampagem as chapas metálicas são 

submetidas a deformação elástica e plástica. Quando as forças deixam de ser aplicadas, a 

peça recupera a componente elástica da deformação, retendo apenas a componente plástica. 

Este é um efeito preocupante, especialmente na indústria, uma vez que no final do processo 

as peças não apresentam a precisão necessária, o que causa custos adicionais. As ligas de 

alumínio caracterizam-se por apresentarem um maior retorno elástico do que os aços 

convencionais. Tal facto contribui também para uma maior dificuldade na correta previsão 

do retorno elástico para componentes em ligas de alumínio, o que dificulta o try-out virtual 

do processo de conformação. Assim, têm sido estudados processos alternativos para 

contornar este problema, entre os quais se destaca o processo de estampagem a temperaturas 

moderadas. Grèze et al. (2010) e Laurent et al. (2015) observaram que o retorno elástico a 

temperaturas moderadas é menor do que o obtido para o componente produzido à 

temperatura ambiente. Um dos métodos utilizados para medir o retorno elástico 

experimentalmente é o teste proposto por Demeri et al. (2000). Este consiste em medir a 

abertura de um anel obtido através do corte da superfície lateral de uma taça cilíndrica 

estampada, como representado na Figura 1.2. Este procedimento experimental permite, de 

uma forma simples e precisa, determinar o retorno elástico. 

 

 

 

Figura 1.2 Abertura do anel para medição do retorno elástico (retirado de Manach et al.2016)). 
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1.5. Instabilidades na liga de alumínio AA5086 

O material do caso de estudo é uma liga de alumínio da série 5000, esta série 

tem como principal elemento de liga o magnésio. Este elemento é o principal responsável 

pelos efeitos de Piobert-Lüders e de Portvein-Le Chatelier, efeitos que são notórios nas 

curvas de tensão-deformação. 

1.5.1. Efeito Piobert-Lüders 

O efeito de Piobert-Lüders é uma instabilidade que alguns materiais apresentam 

quando são deformados plasticamente. Este efeito é visível nas curvas tensão-deformação 

durante a transição entre o regime elástico e plástico, sendo que no caso das ligas de Al-Mg 

é associado à presença dos átomos de magnésio. Estes são responsáveis pelo bloqueio do 

movimento de deslocações no material, o que conduz a um aumento da resistência numa 

fase inicial, como se pode verificar na Figura 1.3. Quando é atingido um determinado valor 

de tensão, ocorre um movimento abrupto das deslocações, que resulta numa diminuição da 

tensão. É nesta fase que a banda de Piobert-Lüders começa a propagar-se pela zona útil do 

provete. Enquanto a banda se desloca pelo provete, a tensão mantem-se aproximadamente 

constante. Depois da banda se propagar pelo provete, a zona útil do material encontra-se 

totalmente em deformação plástica, pelo que segue-se o encruamento do material até à 

rutura. Alguns autores concluíram que o efeito de Piobert-Lüders diminui à medida que a 

velocidade de deformação aumenta. Por exemplo, Coër et al. (2013) observaram este efeito 

em ensaios de corte à temperatura ambiente, na liga de alumínio AA5754-O.  

 

 

Figura 1.3 Comportamento real e observado de um material que apresenta o efeito de Piobert-Lüders 
(retirado de Schwab & Ruff (2013) e adaptado por Coër (2013)). 
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1.5.2. Efeito Portvein-Le Chatelier 

 

Figura 1.4 Diferentes tipos de bandas de deformação plástica localizada devido ao efeito Portvein-Le 
Chatelier (retirado de Grzegorczyk et al., (2013)). 

 

O efeito Portevin-Le Chatelier (PLC) é um tipo de instabilidade que alguns 

materiais apresentam quando são deformados plasticamente. Este é descrito pelo serrilhado 

presente nas curvas de tensão-deformação, em regime plástico, como se mostra na Figura 

1.4. Este fenómeno está associado a bandas de deformação plástica localizada que podem 

manifestar-se de três formas diferentes, normalmente designadas por: tipo A, B e C. Um dos 

materiais em que é comum este efeito é nas ligas de alumínio da série 5000. Existem várias 

teorias para explicar este efeito, sendo o modelo mais utilizado o de Dynamic Strain Ageing 

(DSA) (van den Beukel, 1975). De acordo com este modelo, durante a deformação uniaxial, 

o movimento das deslocações é bloqueado pelos átomos de magnésio, causando um aumento 

na resistência do material. Uma vez atingido um determinado valor de tensão, as deslocações 

retomam o seu movimento, o que diminui instantaneamente a resistência do material. É 

devido a este ciclo de aumento e diminuição da resistência do material que as curvas de 

tensão-deformação apresentam as oscilações que definem o efeito de PLC. Além disso, este 

efeito é também responsável pelo aumento da rugosidade da superfície do material, o que 

muita das vezes inviabiliza a utilização destas ligas para componentes exteriores. Contudo, 

o modelo DAS não consegue explicar a influência da temperatura e da velocidade de 

deformação no efeito de PLC. Na liga de alumínio AA5754-O, Grèze et al. (2016) 

observaram que o aumento da temperatura diminui o efeito PLC, sendo impercetível para 

temperaturas iguais ou superiores a 150ºC. Alguns autores associam este efeito ao aumento 

da mobilidade dos átomos de Mg com a temperatura, mas não é consensual. O aumento da 
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velocidade de deformação também conduz a uma diminuição do efeito de PLC (Coër et al., 

2013). 

1.6. Objetivos e guia de leitura 

Os principais objetivos deste estudo são os mesmos estabelecidos pelo comité 

organizador do caso de estudo, que são: 

 Previsão da evolução da força do punção; 

 Previsão das orelhas de estampagem; 

 Previsão da espessura ao longo da parede do componente; 

 Previsão da evolução da temperatura do esboço; 

 Previsão do retorno elástico através da abertura do anel. 

Neste contexto, foram elaborados os modelos numéricos para o processo em 

análise, para as três temperaturas em estudo: 20 ºC, 150 ºC e 240 ºC. No capítulo seguinte 

descrevem-se os dados fornecidos pelo comité organizador do caso de estudo (Manach et 

al., 2016). Os dados relativos ao comportamento mecânico do material foram utilizados para 

identificar os parâmetros dos diferentes modelos constitutivos adotados, como descrito no 

capítulo 3. Neste capítulo, são também descritos os detalhes relativos à modelação das 

ferramentas e às diferentes estratégias adotadas para a simulação numérica do problema 

termomecânico. Todas as simulações foram realizadas com o programa DD3IMP (Menezes 

& Teodosiu, 2000). O quarto capítulo apresenta a análise e discussão dos resultados. 

Finalmente, no quinto capítulo, apresentam-se as principais conclusões e perspetivas de 

trabalho futuro. 
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2. BENCHMARK NUMISHEET 2016 

Neste capítulo descrevem-se, de forma sucinta, os dados fornecidos pelo comité 

organizador do caso de estudo (Manach et al., 2016). 

2.1. Descrição das operações de conformação 

A geometria das ferramentas é apresentada na Figura 2.1, sendo que todas as 

ferramentas são axialmente simétricas. O deslocamento definido para o punção é de 32,5  

mm com uma velocidade de avanço constante de 5 mm/s. Para além da matriz, do cerra-

chapas e do punção, o conjunto é também constituído por um ejector, para facilitar a remoção 

do componente, no final do processo de estampagem. O esboço circular tem um diâmetro de 

60 mm e 0,8 mm de espessura. 

 

Figura 2.1 Dimensões das ferramentas utilizadas nos ensaios(retirado de (Manach et al., 2016)). 

 

As taças circulares foram produzidas com três temperaturas diferentes: 20 ºC, 

150 ºC e 240°C. Estes valores de temperatura correspondem aos valores medidos na chapa 

no início do processo de estampagem. No procedimento experimental, a matriz e o cerra-

chapas são aquecidos até à temperatura de referência. Uma vez atingida essa temperatura, o 

esboço é posicionado na ferramenta e aquecido por condução. Durante o processo de 

estampagem, o punção é arrefecido, de modo a induzir um gradiente de temperatura na 

chapa. O comité forneceu os dados experimentais da evolução da temperatura na chapa e 

nas ferramentas, como se mostra na Figura 2.2 (a), (b) e (c), a 20 ºC, 150 ºC e 240°C, 
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respetivamente. Para a temperatura ambiente é possível observar um pequeno aumento da 

temperatura da chapa, associada ao calor gerado por deformação plástica e atrito.  

A força do cerra-chapas é mantida constante até à obtenção da geometria final 

do componente. O valor utilizado para as três temperaturas é de 5 kN. Na Figura 2.2 (d) 

apresenta-se a evolução da força do cerra-chapas para os ensaios realizados a 20 ºC, 150 ºC 

e 240°C, respetivamente.  

 

  

(a) (b) 

  

(c) (d) 

Figura 2.2 Variação da temperatura das ferramentas com o deslocamento do punção para os ensaios: (a) 
20°C , (b) 150°C e (c) 240°C. (d) Variação da força do cerra-chapas com o deslocamento do punção para 

várias temperaturas. 
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2.2. Liga AA5086-H111 

O material utilizado para obter a taça circular através do processo de 

estampagem a quente é a liga de alumínio AA5086-H111. Para obter a espessura desejada 

do esboço, este material foi submetido a um processo de laminagem. Na Tabela 2.1, é 

apresentada a composição química em percentagem deste material. Na Tabela 2.2, são 

apresentadas as propriedades gerais do material em estudo. 

 

Tabela 2.1 Composição química em percentagem da liga AA 5086-H111 retirado de 
(“www.makeitfrom.com,”). 

Al Mg Mn Fe Si Cr 

93 − 96,3 3,5 − 4,5 0,2 − 0,7 0 − 0,5 0-0,4 0,05 − 0,25 

 

 

Tabela 2.2 Propriedades da liga AA 5086-H111. 

Densidade Módulo de 

elasticidade 

Coeficiente 

de poisson 

Temperatura 

de fusão 

2,70 g/cm3 71,7 GPa 0,31 590 ºC 

 

De modo a permitir a identificação dos parâmetros das leis constitutivas, o 

material foi ensaiado para diferentes temperaturas e velocidades de deformação. Além disso, 

foram realizados diferentes tipos de ensaios: tração uniaxial, corte e expansão biaxial. 

2.2.1. Ensaios de tração 

Na Figura 2.3 são apresentados os resultados dos ensaios de tração para 

diferentes temperaturas e para diferentes orientações em relação à direção de laminagem. Ao 

longo deste trabalho adota-se a designação inglesa para a direção de laminagem (Rolling 

Direction (RD)), a 45º (Diagonal Direction (DD)) e a 90º (Transverse Direction (TD)), em 

relação a RD. É possível observar que tanto o efeito de Piobert-Lüders como o efeito 

Portevin Le-Chatelier estão presentes nas curvas referentes à temperatura ambiente. Para a 

temperatura mais elevada, estes efeitos já não são visíveis. Também é possível observar que, 

para valores de deformação iguais, as tensões são menores à medida que a temperatura 
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aumenta. Este facto pode ser explicado pelo amaciamento do material induzido pelo aumento 

da temperatura. Por fim, também a tensão limite de elasticidade do material varia com a 

temperatura. No entanto, não é possível definir um padrão de evolução com a temperatura. 

Com base nestes ensaios foram determinados os coeficientes de anisotropia para diferentes 

direções em relação à de laminagem, em função da temperatura. Estes coeficientes estão 

apresentados na Tabela 2.3. Observa-se uma redução do coeficiente de anisotropia com o 

aumento da temperatura, sendo que o valor mais elevado é sempre obtido para a direção DD. 

 

 

Figura 2.3 Curvas tensão-deformação reais dos ensaios de tração experimentais, para as temperaturas de 
20, 150 e 240°C e para as direções RD, DD e TD. 

 
Tabela 2.3 Coeficientes de anisotropia para as temperaturas de 20°C, 150°C e 240 °C para a direção de 

laminagem (RD), direção perpendicular à laminagem (TD) e na diagonal (DD). 

 20ºC 150ºC 240ºC 

RD 0,71 0,63 0,60 

DD 1,08 0,97 0,88 

TD 0,73 0,66 0,67 

 

Os ensaios apresentados na Figura 2.3 foram todos realizados com uma 

velocidade da amarra constante designada por 𝑣1. De modo a avaliar a influência da 

velocidade de deformação, foram também realizados ensaios de tração, para provetes 
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orientados segundo RD, para outros dois valores de velocidade da amarra, 10 e 100 vezes 

superiores a 𝑣1. A Figura 2.4  apresenta os resultados obtidos para as diferentes velocidades 

da amarra, para as diferentes temperaturas. Para a temperatura ambiente (20ºC), a velocidade 

de deformação tem influência negativa na resistência do material. Isto é, quanto maior é a 

velocidade de deformação, menor é a resistência do material. Já para a temperatura de 240ºC 

acontece o oposto, ou seja, a resistência do material aumenta com o aumento da velocidade 

de deformação. Os ensaios realizados a 150ºC não permitem concluir se a sensibilidade é 

positiva ou negativa. Também é possível observar que a velocidade de deformação tem mais 

impacto para a temperatura mais elevada.1  

 

Figura 2.4 Curvas tensão-deformação reais dos ensaios de tração experimentais, para as temperaturas de 
20, 150 e 240ºC e para as velocidades 𝑣1, 10 × 𝑣1 e 100 × 𝑣1. 

 

2.2.2. Ensaios de corte 

Os ensaios de corte foram realizados, para provetes orientados segundo a direção 

de laminagem, a uma velocidade de 0,06 mm/s, para as temperaturas de 20 e 150ºC. Para 

cada uma das temperaturas foram efetuados ensaios com inversão da trajetória para valores 

de deformação de corte de 10, 20 e 30% e um ensaio monótono (sem inversão de trajetória). 

Os resultados dos ensaios de corte são apresentados na Figura 2.5. 

                                                 
1 Os ensaios de tração uniaxial foram realizados impondo uma velocidade constante para a amarra e não 

velocidade de deformação constante, o que dificulta a sua interpretação. 
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(a) (b) 

Figura 2.5 Curvas tensão-deformação reais dos ensaios de corte experimentais com inversão de trajetória a 
10, 20 e 30% de deformação e sem inversão: a) a 20 °C e b) 150 °C. 

 

  

(a) (b) 

Figura 2.6 Curvas tensão-deformação plástica equivalente dos ensaios de corte experimentais: a) a 20°C e 
b) a 150°C. 

 

O efeito de Bauschinger está associado à diminuição da tensão de escoamento 

com a alteração da trajetória de deformação. Para analisar a sensibilidade do material a este 

efeito, os dados foram convertidos para tensão equivalente e deformação plástica equivalente 

(admitindo comportamento isotrópico, definido pelo critério de von Mises) e são 

apresentados na Figura 2.6. Como é possível observar, quando há inversão da trajetória de 

deformação, a tensão de escoamento do material diminui, sendo esta diminuição mais 
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notória para temperaturas mais elevadas. Logo, o material em estudo apresenta efeito de 

Bauschinger. Outro efeito que também é notório é a estagnação. 

2.2.3. Ensaio de expansão biaxial 

O ensaio de expansão biaxial foi realizado apenas à temperatura ambiente. A 

principal vantagem deste ensaio é obter mais informação sobre o encruamento do material, 

relativamente ao ensaio de tração, uma vez que permite atingir maiores valores de 

deformação plástica equivalente, sem ocorrência de instabilidade. Este ensaio, apesar de não 

ser essencial para a caracterização do material, contribui para aumentar a precisão na 

definição dos parâmetros do critério de plasticidade e da lei de encruamento. Como se pode 

observar na Figura 2.7, o ensaio de tração apenas fornece informação até cerca de 20% de 

deformação, enquanto o ensaio de expansão biaxial permite obter dados até, 

aproximadamente, 50% de deformação plástica equivalente. 

 

Figura 2.7 Curvas tensão-deformação dos ensaios experimentais de tração e expansão biaxial. 
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3. SIMULAÇÃO NUMÉRICA 

Neste trabalho foi utilizado o código de elementos finitos DD3IMP para realizar 

as simulações do processo de estampagem a frio e a quente. Neste capítulo descreve-se o 

procedimento adotado para modelar o comportamento mecânico do material e o processo, 

com base nos dados experimentais fornecidos pelo comité. São também descritos os 

algoritmos de acoplamento termomecânico analisados no âmbito deste trabalho. 

3.1. Leis de encruamento 

Nos metais, é comum observar um aumento da resistência durante a deformação 

plástica, ou seja, a tensão aumenta com o aumento da deformação plástica. Este fenómeno é 

designado por encruamento. Assim, à medida que o material é deformado plasticamente, a 

superfície de plasticidade é modificada. Existem dois tipos de encruamento: isotrópico e 

cinemático. No encruamento isotrópico considera-se que a superfície de plasticidade é 

modificada através da sua expansão. No encruamento cinemático considera-se que o centro 

da superfície de plasticidade sofre uma translação. 

3.1.1. Lei de Hockett-Sherby modificada 

De forma a procurar descrever o encruamento do material tendo em conta o 

efeito da temperatura e da velocidade de deformação, utilizou-se uma lei de encruamento 

isotrópico, proposta por Wagoner et al. (1988). Esta lei foi utilizada também noutros  estudos 

, tendo sido obtidos bons resultados (e.g. (Laurent et al., 2015) e (Abedrabbo et al., 2007)). 

A lei de encruamento utilizada baseia-se na modificação da lei de Hockett-

Sherby, que é função apenas na deformação plástica equivalente. Assim, adiciona-se um 

termo para contabilizar o efeito da velocidade de deformação. Assim, a lei de Hockett-

Sherby modificada é dada pela expressão 

 
𝑌(𝑇 , 𝜀 ̅𝑝, 𝜀̇) = [𝑌0 + 𝑄(1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝑏(𝜀̅p)𝑛))] [

𝜀̇

𝜀0̇
]
𝑚

 ( 3.1) 

onde 𝜀̅p é a deformação plástica equivalente, 𝜀̇ é a velocidade de deformação, 𝜀0̇ é um fator 

normalizado da velocidade de deformação, 𝑄 é a tensão de saturação (valor máximo 
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admissível para a tensão de escoamento), 𝑌0 é a tensão limite de elasticidade, 𝑏 define o 

crescimento da superfície de plasticidade, 𝑌 é a tensão de escoamento, 𝑛 é o coeficiente de 

encruamento e 𝑚 é o coeficiente de sensibilidade à velocidade de deformação. Para 

descrever a dependência da temperatura, os parâmetros 𝑄, 𝑚 e 𝑛 são definidos em função 

da temperatura, pelas seguintes expressões: 

 
Q(𝑇) = 𝑄0 − 𝑎1 [1 − 𝑒𝑥𝑝 (𝑎2

𝑇

𝑇𝑚
)] ( 3.2) 

 
𝑚(𝑇) = 𝑚0𝑒𝑥𝑝 (𝑚1

𝑇

𝑇𝑚
) ( 3.3) 

 
𝑛(𝑇) = 𝑛0 − 𝑛1 (

𝑇

𝑇𝑚
) ( 3.4) 

onde 𝑇 é a temperatura atual do material e 𝑇𝑚 é a temperatura de fusão. As constantes 𝑎1, 𝑎2, 

𝑚0, 𝑚1, 𝑛0 e 𝑛1 são parâmetros do material, tal como 𝜎0. 

Esta lei está atualmente implementada no DD3IMP apenas em combinação com 

o critério de plasticidade de Hill’48. Por outro lado, não é possível recorrer à combinação 

com nenhuma lei de encruamento cinemático, pelo que não é possível obter uma correta 

descrição do efeito de Bauschinger. Esta lei permite descrever uma sensibilidade à 

velocidade de deformação, que evolui de forma linear com a temperatura (ver ( 3.3)). Assim, 

de acordo com os diferentes comportamentos observados na seção 2.2.1, optou-se por não 

descrever o efeito da velocidade de deformação. Por último, importa referir que esta lei não 

permite prever a alteração da tensão limite de elasticidade com a temperatura. Com base 

nestes dados, optou-se por proceder à identificação dos parâmetros da lei de Hockett-Sherby 

modificada com base apenas nos resultados dos ensaios de tração, realizados com provetes 

orientados segundo RD, para as diferentes temperaturas. O procedimento utilizado consistiu 

na minimização do erro quadrático entre os valores ajustados e os experimentais, com o 

auxílio da ferramenta Solver do Excel®. Assim, os parâmetros identificados são 

apresentados na Tabela 3.1. 

A Figura 3.1 apresenta a comparação entre as curvas obtidas experimentalmente 

e as aproximadas. De uma forma global, foi obtida uma boa aproximação às curvas 

experimentais. A diferença mais notória é na parte final das curvas onde as curvas ajustadas 

tendem a atingir a tensão de saturação mais cedo. 
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Tabela 3.1 Parâmetros identificados para a lei de encruamento de Hockett-Sherby modificada. 

𝒀𝟎[MPa] 𝒃 𝒂𝟏 𝒂𝟐 𝒏𝟎 𝒏𝟏 𝒎𝟎 𝒎𝟏 

132,755 24,065 11,561 6,143 1,109 0 0 0 

 

 

Figura 3.1 Comparação entre as curvas experimentais e as curvas ajustadas pela lei de Hockett-Sherby 
modificada. 

3.1.2. Lei de Voce com encruamento cinemático 

Na seção 2.2.2  observou-se que o material em estudo apresenta efeito de 

Bauchsinger, pelo que se optou por identificar também uma lei de encruamento que permita 

caracterizar este efeito. A lei selecionada corresponde à lei de Voce, para descrever a 

componente isotrópica, e à lei de Frederick-Armstrong (Frederick & Armstrong, 2007), para 

descrever o encruamento cinemático. 

A lei de encruamento isotrópica de Voce corresponde a um caso particular da lei 

de Hockett-Sherby e é dada pela equação: 

 𝑌(𝜀̅𝑝) = 𝑌0 + (𝑌𝑠𝑎𝑡 − 𝑌0)[1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝐶𝑌𝜀̅𝑝)] ( 3.5) 

onde 𝐶𝑌 é um parâmetro do material, 𝑌0 a tensão limite de elasticidade inicial e 𝑌𝑠𝑎𝑡 a tensão 

de saturação do material. A lei de encruamento cinemático utilizada baseia-se na evolução 

do tensor das tensões inversas 𝐗, dada pela expressão: 

 �̇� = 𝐶𝑥 [
𝑋𝑠𝑎𝑡

�̅�
(𝛔′ − 𝐗) − 𝐗] 𝜀̅̇𝑝 com �̇�(𝟎) = 𝟎 ( 3.6) 
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onde 𝐶𝑥 e 𝑋𝑠𝑎𝑡 são parâmetros do material e 𝛔′ é a componente desviadora do tensor das 

tensões de Cauchy. O inconveniente desta lei, da forma como está implementada no 

DD3IMP, é que não permite descrever a evolução da expansão e da translação da superfície 

de plasticidade, com a evolução da temperatura. Neste contexto, foi utilizada para descrever 

o comportamento mecânico do material apenas à temperatura ambiente. Para identificar os 

parâmetros que descrevam simultaneamente o encruamento isotrópico e cinemático, 

utilizou-se novamente a função Solver do Excel®, de forma a minimizar o erro quadrático 

entre os valores obtidos com a lei de Voce com encruamento cinemático e dos ensaios 

experimentais de tração, corte e expansão biaxial. Na Figura 3.2 é apresentada a comparação 

entre as curvas experimentais e a ajustada para cada ensaio, designada por “Voce+KH”. Na 

figura apresenta-se também a componente isotrópica (designada por “Voce”), de modo a 

realçar o efeito da componente cinemática. Os dados de entrada para o programa DD3IMP 

da lei de Voce com encruamento cinemático são apresentados Tabela 3.2. 

 

 

 

 

Figura 3.2 Comparação entre os ensaios experimentais a 20° C e a lei de Voce com encruamento cinemático 
ajustada. 
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Tabela 3.2 Parâmetro que definem a lei de Voce com encruamento cinemático. 

𝒀𝟎 [MPa] 𝒀𝒔𝒂𝒕[MPa] 𝑪𝒚 𝑪𝒙 𝑿𝒔𝒂𝒕[MPa] 

134,393 267,322 19,663 10,4754 73,4234 

 

3.2. Critérios de plasticidade 

O critério de plasticidade permite definir uma superfície de plasticidade, que 

corresponde a todos os estados de tensão para os quais ocorre o início da deformação plástica 

(Alves, 2003). Ao longo dos anos, têm sido propostos inúmeros critérios de plasticidade para 

caracterizar o comportamento dos mais variados materiais. Globalmente, existem dois tipos 

de critérios de plasticidade: isotrópicos e anisotrópicos. Um material é considerado 

isotrópico se apresentar um comportamento igual segundo as várias direções. Se o 

comportamento do material for diferente entre as várias direções, então é designado por 

material anisotrópico. No caso das chapas metálicas, o processo de laminagem induz 

propriedades distintas em relação a três eixos ortogonais, i.e. apresentam um comportamento 

ortotrópico. Para a liga de alumínio em estudo, este apresenta um comportamento distinto 

entre as várias direções no plano da chapa, como é possível observar através dos coeficientes 

de anisotropia apresentados na Tabela 2.3 e pelas curvas tensão-deformação apresentadas na 

Figura 2.3. Assim, é necessário considerar um critério de plasticidade ortotrópico na 

simulação numérica do processo de estampagem. Neste trabalho foram utilizados dois 

critérios de plasticidade ortotrópicos, que são descritos nas secções seguintes. 

3.2.1. Critério de Hill’48 

O critério de Hill’48 é um dos critérios anisotrópicos mais utilizados devido à 

sua simplicidade. Apesar de a sua utilização ser contestada para materiais que apresentam 

coeficientes de anisotropia < 1, Laurent et al. (2015) alcançaram bons resultados na 

simulação do processo de estampagem a quente de uma taça circular, com um alumínio da 

série 5000, com este critério de plasticidade. 

Hill, (1948) deduziu este critério, a partir do critério de von Mises (isotrópico), 

de forma a ter em conta as diferenças de comportamento do material nas várias direções. 
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Esta transformação é feita através dos parâmetros de anisotropia. Assim, o critério de Hill’48 

é representado pela seguinte equação: 

 
𝐹(𝜎𝑦𝑦 − 𝜎𝑧𝑧)

2
+ 𝐺(𝜎𝑧𝑧 − 𝜎𝑥𝑥)

2 + 𝐻(𝜎𝑥𝑥 − 𝜎𝑦𝑦)
2
+ 2𝐿𝜏𝑦𝑧

2 

+2𝑀𝜏𝑥𝑧
2 + 2𝑁𝜏𝑥𝑦

2 = 𝜎
2
 

(3.7) 

onde 𝜎𝑥𝑥, 𝜎𝑦𝑦, 𝜎𝑧𝑧, 𝜏𝑦𝑧, 𝜏𝑥𝑧, 𝜏𝑥𝑦 são os componentes do tensor das tensões de Cauchy, 

definido no sistema de eixos material, 𝜎 é a tensão equivalente e 𝐹, 𝐺, 𝐻, 𝐿,𝑀 e 𝑁 são os 

parâmetros de anisotropia do material. Os parâmetros de anisotropia podem ser calculados 

com base nos coeficientes de anisotropia do material com o auxílio das seguintes expressões: 

 
𝐹 =

𝑟0
𝑟90(1 + 𝑟0)

 

 

(3.8) 

 
𝐺 =

1

(1 + 𝑟0)
 

 

(3.9) 

 𝐻 =
𝑟0

(1 + 𝑟0)
 

 

(3.10) 

 
𝑁 =

(𝑟0 + 𝑟90)(2𝑟45 + 1)

2𝑟90(1 + 𝑟0)
 

 

(3.11) 

sendo os valores de 𝑟𝑖 os coeficientes de anisotropia obtidos nos ensaios de tração, com o 

provete orientado segundo uma direção a 𝑖 º com RD. Devido à dificuldade em definir os 

parâmetros 𝐿 e 𝑀, relativos às propriedades da chapa na direção da espessura, estes 

parâmetros são muitas vezes considerados como isotrópicos assumindo o valor de 1,5.  

Os parâmetros de anisotropia foram determinados com base nos coeficientes de 

anisotropia da Tabela 2.3, tendo sido obtidos os valores apresentados na Tabela 3.3. 
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Tabela 3.3 Parâmetros de anisotropia do critério de Hill'48 para as temperaturas de 20, 150 e 240 °C. 

 𝑭 G H L M N 

20ºC 0,569 0,585 0,415 1,500 1,500 1,823 

150ºC 0,586 0,613 0,387 1,500 1,500 1,763 

240ºC 0,560 0,625 0,375 1,500 1,500 1,635 

 

3.2.2. Critério de Barlat 91 

O critério Yld’91 (Barlat et al., 1991) foi concebido de forma a superar as 

limitações do critério de Hill’48. Este critério, apesar de mais complexo, tem a vantagem de 

apresentar uma superfície de plasticidade mais flexível. Esta resulta numa melhor previsão 

das orelhas de estampagem em alumínios, quando comparada com a obtida com o critério 

de Hill’48, uma vez que o último sobrestima as diferenças relativas à distribuição da tensão 

de escoamento no plano da chapa (Habraken & Dautzenberg, 1995). 

A tensão equivalente do critério de Yld’91 é definida pela expressão: 

 |𝑠1 − 𝑠2|
𝑎 + |𝑠2 − 𝑠3|

𝑎 + |𝑠1 − 𝑠3|
𝑎 = 2𝜎𝑎 ( 3.12) 

em que 𝑠1, 𝑠2e 𝑠3 são as tensões principais do tensor 𝐬. O tensor 𝐬 pode ser calculado pela 

seguinte expressão: 

 𝐬 = 𝐋:𝛔 ( 3.13) 

onde 𝛔 é o tensor das tensões de Cauchy e 𝐋 o tensor de anisotropia. Este tensor de 

anisotropia pode ser definido por 

 

𝐋 =

[
 
 
 
 
 
(𝐶2 + 𝐶3)/3 −𝐶3/3 −𝐶2/3 0 0 0

−𝐶3/3 (𝐶3 + 𝐶1)/3 −𝐶1/3 0 0 0

−𝐶2/3 −𝐶1/3 (𝐶1 + 𝐶2)/3 0 0 0
0 0 0 𝐶4 0 0
0 0 0 0 𝐶5 0
0 0 0 0 0 𝐶6]

 
 
 
 
 

 ( 3.14) 

sendo 𝐶𝑖 são os parâmetros de anisotropia. 

No caso em estudo, os parâmetros do critério de plasticidade foram identificados 

com o auxílio do programa DD3MAT (Alves et al., 2004), com base nos ensaios 

experimentais fornecidos. Neste contexto, importa realçar que esta identificação foi 

realizada apenas com base nos ensaios à temperatura ambiente. Na Figura 2.3 observar--se 
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que a liga de alumínio apresenta tensões limite de elasticidade que são bastante semelhantes 

para os três ensaios, RD, DD e TD. No entanto, com o aumento da deformação plástica as 

diferenças tornam-se mais percetíveis. Assim, optou-se por proceder à análise da evolução 

da razão de tensão, em função do trabalho plástico. Para tal, foram predefinidos valores de 

trabalho plástico no intervalo de 0 a 35 MPa, com incrementos de 5 MPa. Para cada um 

destes valores, foram determinados os valores de tensão correspondentes, para cada um dos 

ensaios experimentais em análise: ensaios de tração (na direção RD, DD e TD), ensaio de 

corte monótono e ensaio de expansão biaxial. Os valores de tensão obtidos para cada ensaio 

foram normalizados com o valor obtido para o ensaio de tração com o provete orientado na 

direção RD. Os resultados obtidos são apresentados na Figura 3.3 , que permite observar que 

para um valor de trabalho plástico de 20 MPa a razão de tensões apresenta um 

comportamento mais estável. A razão foi sempre calculada com base no valor de tensão para 

o ensaio de tração na direção de laminagem. Assim, este valor de trabalho plástico foi o 

utilizado para definir o valor da tensão e da respetiva deformação plástica equivalente, que 

o critério de plasticidade deve procurar reproduzir para cada ensaio. 

 

 

Figura 3.3 Razão entre tensões para os ensaios de tração, corte e expansão biaxial para vários níveis de 
trabalho plástico. Escala secundária para o ensaio de corte. 
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definidos para 20 MPa de deformação plástica. Estes dados foram também utilizados para 
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identificar os parâmetros de anisotropia para o critério de Hill’48, de forma a encontrar um 

melhor compromisso entre as tensões limite de elasticidade e os coeficientes de anisotropia. 

Na Tabela 3.5 são apresentados os parâmetros de anisotropia obtidos pelo programa 

DD3MAT para o critério de Hill’48 e Yld’91. 

 
Tabela 3.4 Valores dos coeficientes de anisotropia, de tensão e deformação para 20 MPa de trabalho 

plástico. 

 Tração 0º Tração 45º Tração 90º 
Corte 

monótono 

Expansão 

biaxial 

Tensão [MPa] 290,040 278,079 277,822 153,875 286,832 

Deformação 

plástica 
0,086 0,088 0,089 0,155 0,088 

Coeficiente de 

anisotropia 
0,71 1,08 0,73   

 

Tabela 3.5 Parâmetros de anisotropia do critério Yld’91 e Hill’48, identificados com o auxílio do programa 
DD3MAT. 

Yld’91 
𝑪𝟏 𝑪𝟐 𝑪𝟑 𝑪𝟒 𝑪𝟓 𝑪𝟔 

0,883 0,888 0,804 1,000 1,000 0,899 

Hill’48 
𝐹 𝐺 𝐻 𝐿 𝑀 𝑁 

0,406 0,411 0,295 1,500 1,500 1,296 

 

Na Figura 3.4 é apresentada a comparação entre os valores experimentais de r e 

as tensões limite de elasticidade normalizadas, com os valores ajustados pelos dois critérios 

de plasticidade, sendo que é adotada a designação “Hill48 r” para o critério de Hill’48 

identificado com base nos coeficientes de anisotropia. É possível observar que todos os 

critérios conduzem a um excelente ajuste da distribuição no plano dos valores de r. 

Relativamente à distribuição no plano das tensões limite de elasticidade, nenhum dos 

critérios permite descrever corretamente a evolução. Opta-se por apresentar os valores 

normalizados com a tensão limite de elasticidade a 0º de modo a realçar que ambas as versões 

dos critérios de Hill’48 apresentam uma distribuição idêntica. Também se observa que o 
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critério de Hill’48 apresenta sempre uma maior amplitude de variação, quando comparado 

com o critério de Yld’91. 

 

  

(a) (b) 

Figura 3.4 Comparação entre valores experimentais e ajustados pelos critérios de plasticidade de Hill’48 e 
Yld’91: (a) valores de r e (b) tensões limite de elasticidade normalizadas. 

 

 
Figura 3.5 Superfícies de plasticidade para o critério de plasticidade de Hill’48 e Yld’91. 

 

Na Figura 3.5 são apresentadas as superfícies limite de elasticidade, no plano 𝜎1-

𝜎2, obtidas para os dois critérios de plasticidade analisados. É possível observar que as duas 

identificações do critério de Hill’48 apresentam uma geometria idêntica, sendo evidente a 
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diferença induzida pela utilização de outros ensaios, que não o de tração uniaxial, por 

exemplo na tensão limite de elasticidade prevista para RD. A identificação realizada apenas 

com os coeficientes de anisotropia foi combinada com a lei de encruamento de Hockett-

Sherby modificada, enquanto que a identificação realizada com o DD3MAT recorreu à lei 

de Voce com encruamento cinemático. Como referido anteriormente, sendo o critério Yld’91 

mais flexível, este consegue evidenciar o efeito das tensões de corte e biaxial na geometria 

da superfície de plasticidade. 

3.3. Algoritmos de acoplamento 

A simulação numérica do processo de estampagem a quente envolve a 

deformação macroscópica de um corpo deformável, tendo em conta todos os efeitos térmicos 

da envolvente e do próprio processo de deformação. Modelar este problema implica 

estabelecer um conjunto de equações, que permitam relacionar as variáveis cinemáticas do 

processo e o comportamento mecânico e térmico do corpo deformável. Este conjunto de 

equações define o problema termomecânico acoplado. No entanto, o tratamento simultâneo 

destas equações não é fácil, devido à forte não linearidade do problema termomecânico. A 

solução é separar o problema termomecânico em dois subproblemas, mecânico e térmico. 

Esta solução obriga a que se defina uma estratégia para troca de informação entre os dois 

subproblemas. 

Nas subseções seguintes, são apresentados os algoritmos referentes a duas 

estratégias clássicas de acoplamento termomecânico, que foram utilizadas durante as 

simulações numéricas, e um referente a uma estratégia nova desenvolvida por Martins et al. 

(2016). Note-se que estas estratégias foram adaptadas e implementadas na estrutura do 

código DD3IMP. Assim, em todas elas é utilizada a estratégia rmin, que controla 

automaticamente o tamanho do incremento. Para mais detalhes sobre esta estratégia 

consultar (Oliveira & Menezes, 2004). 

3.3.1. Iterativo 

Um dos algoritmos clássicos apresentados é o algoritmo iterativo que está 

representado de forma esquemática na Figura 3.6. Este algoritmo destaca-se por se focar na 

precisão dos resultados e incluir na sua estrutura um ciclo iterativo que garante a 

convergência do problema termomecânico. Assim, numa primeira fase, o problema 
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mecânico é resolvido através de um procedimento explícito. Com base na solução explícita, 

a estratégia rmin controla o tamanho de incremento e procede-se à fase de correção. Na fase 

seguinte, é resolvido novamente o problema mecânico usando um esquema implícito, o 

método de Newton-Raphson, e com a solução encontrada, resolve-se o problema térmico de 

forma implícita. Este procedimento é repetido em ciclo até cumprir o critério de 

convergência do problema termomecânico. Quando o critério de convergência é verificado, 

segue-se para o próximo incremento. Este método tem um custo computacional mais 

elevado, mas em compensação a precisão dos resultados é melhor devido ao ciclo iterativo 

na fase de correção. 

 

 

 

Figura 3.6 Algoritmo de acoplamento iterativo adaptado de (Martins et al., 2016). 
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3.3.2. Explícito 

Na Figura 3.7, apresenta-se o outro algoritmo clássico, designado por explícito. 

Ao contrário do algoritmo anterior, neste algoritmo a troca de informação entre o problema 

mecânico e térmico é realizada apenas uma vez em cada incremento. Numa primeira fase é 

resolvido o problema mecânico de uma forma explícita. Com o resultado do problema 

mecânico é atribuído um tamanho de incremento, através da estratégia rmin, e prossegue-se 

para a fase de correção. Nesta fase o problema mecânico é resolvido de forma implícita e, 

com a solução obtida, calcula-se o problema térmico. Ambos os problemas são solucionados 

de forma implícita e depois do problema térmico resolvido, segue-se para o próximo 

incremento. Este algoritmo é, teoricamente, mais rápido que o anterior, uma vez que não é 

necessária a entrada num ciclo iterativo na fase de correção. 

 

 

 

 
Figura 3.7 Algoritmo de acoplamento explícito retirado de (Martins et al., 2016). 
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3.3.3. Dupla previsão 

O algoritmo de dupla previsão, proposto por Martins et al. (2016), foi 

desenvolvido de forma a alcançar um melhor compromisso entre o custo computacional e a 

precisão dos resultados. Na Figura 3.8 é representado esquematicamente o algoritmo de 

dupla previsão. 

 

 
Figura 3.8 Algoritmo de acoplamento de dupla previsão retirado de (Martins et al., 2016). 

 

A grande diferença entre este algoritmo e os anteriores é a fase de previsão. Nesta 

fase, o problema térmico é resolvido primeiro e com a solução deste, resolve-se o problema 

mecânico. Ambos são resolvidos de forma explícita. Com a solução da fase de previsão, a 

estratégia rmin ajusta o tamanho do incremento. Segue-se para fase de correção, que é igual 

ao algoritmo explícito, onde se resolve primeiro o problema mecânico e depois o problema 

térmico de forma implícita, seguindo-se para o próximo incremento. Os resultados obtidos 
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com estes algoritmos indicam que o de dupla previsão permite  obter resultados tão precisos 

como o algoritmo iterativo, com um tempo de computação mais baixo (Martins et al., 2016). 

3.4. Modelação do problema térmico 

A temperatura assume um papel fundamental no comportamento dos materiais. 

No caso em análise, o aumento da temperatura no esboço é causado por três fontes térmicas: 

contacto com as ferramentas, calor gerado por deformação plástica e calor gerado por atrito. 

A transferência de calor, por convecção, para o meio exterior, é desprezada, pois os ensaios 

experimentais foram realizados numa câmara fechada, pelo que a temperatura do ar 

envolvente manteve-se constante. As trocas de calor por radiação foram também 

desprezadas. Por último, importa referir que o modelo adotado considera que a temperatura 

das ferramentas é constante.  

Logo, além da alteração das propriedades do material por aumento da 

temperatura do esboço, também são gerados gradientes térmicos que provocam a alteração 

no comportamento do material. A modelação da transferência e da geração de calor permite 

obter resultados numéricos mais precisos e realistas, apesar do custo computacional ser mais 

elevado. 

3.4.1. Transferência de calor 

3.4.1.1. Transferência de calor por condução 

O fenómeno que rege a transferência de calor dentro de um corpo é a condução. 

A equação diferencial, que define a transferência de calor, pode ser obtida através da 

combinação da primeira lei da termodinâmica e da lei de condução de calor de Fourier, e é 

definida pela expressão: 

 
𝜌𝑐

𝜕𝑇

𝜕𝑡
= 𝛁 ∙ (𝐤 ∙ 𝛁𝑇) + 𝑄𝑓 (3.15) 

onde 𝜌 é a densidade, 𝑐 é o calor específico do material, 𝐤 é o tensor da condutividade 

térmica e 𝑄𝑓 é o somatório das fontes de calor (pode incluir, por exemplo, o calor gerado 

por deformação plástica e o calor gerado por atrito). O valor de condutibilidade térmica da 

liga de alumínio em estudo é de 220 W/(mºC) sendo igual para as três direções. 
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3.4.1.2. Transferência de calor entre ferramentas e esboço  

O contacto entre dois corpos a temperaturas diferentes induz um processo de 

transferência de calor entre eles. A modelação do fluxo de calor devido a este fenómeno 

depende diretamente da temperatura das superfícies em contacto, ou quasi contacto, e do 

coeficiente de transferência de calor (CTC). Assim, o fluxo de calor devido ao contacto, 

𝑞𝑐𝑜𝑛𝑡, é definido: 

 𝑞𝑐𝑜𝑛𝑡 = ℎ(𝑇1−𝑇2), (3.16) 

ℎ corresponde ao CTC e 𝑇1 e 𝑇2 são as temperaturas de cada um dos corpos em contacto. Na 

simulação do processo de estampagem a quente a determinação da distribuição de 

temperaturas na chapa metálica depende, em grande parte, da correta modelação deste 

fenómeno. Assim, o CTC desempenha um papel fundamental, ao incorporar alguns dos 

fatores que afetam a transferência de calor entre as superfícies. A distância entre corpos é 

um desses fatores e neste caso adotou-se a seguinte função para a sua modelação: 

 ℎ(𝑔𝑛) = ℎ𝑖𝑛𝑓 − (ℎ𝑖𝑛𝑓 − ℎ𝑠𝑢𝑝)exp (−𝑚2𝑔𝑛) (3.17) 

onde ℎ𝑖𝑛𝑓 e ℎ𝑠𝑢𝑝 são os valores inferior e superior do CTC, respetivamente, 𝑔𝑛 é a distância 

entre as superfícies e 𝑚2 é um parâmetro numérico.  

Numa fase inicial, o comité forneceu valores discretos para o CTC, em função 

da distância entre superfícies, como se mostra na Tabela 3.6. Posteriormente estes dados 

foram retirados, de modo a permitir que os participantes adotassem diferentes estratégias. 

Neste trabalho, os dados da Tabela 3.6 foram adotados como o ponto de partida para 

determinar os parâmetros ℎ𝑖𝑛𝑓, ℎ𝑠𝑢𝑝 e 𝑚2 da equação (3.17) e assim modelar o fenómeno 

de transferência de calor por contacto. Os valores de ℎ𝑖𝑛𝑓 e ℎ𝑠𝑢𝑝 foram considerados iguais 

aos valores fornecidos para o CTC para uma distância entre superfícies de 1 mm e 0 mm 

(Tabela 3.6), respetivamente. O parâmetro 𝑚2 foi ajustado com o auxílio da ferramenta 

Solver do Excel®, de modo a minimizar o erro entre a função (3.17) e os valores 

apresentados na Tabela 3.6.  

 

Tabela 3.6 Valores discretos do CTC em função da distância entre os corpos. 

Distância entre superfícies [mm] 0 0,5 1 

Coeficiente de transferência de calor[W/(m2ºC)]  5500 75 0 
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De acordo com a liberdade dada pelo comité organizador do caso de estudo, foi 

definido o objetivo de determinar a evolução para a função do CTC (ver (3.17)) que 

minimize o erro entre a evolução da temperatura prevista pelo modelo numérico e 

experimentalmente (ver secção 2.1). No entanto, para atingir este objetivo é necessário 

realizar a simulação do processo de estampagem, para cada combinação de parâmetros 

selecionados para definir o CTC. Para além disso, importa referir que no DD3IMP a 

temperatura das ferramentas é considerada uniforme e constante, ao longo do processo, pelo 

que também a temperatura das ferramentas pode ser alterada. No caso em concreto, optou-

se por alterar apenas a temperatura do punção, 𝑇𝑝, uma vez que é a ferramenta que apresenta 

maior influência na temperatura final da chapa. De seguida descreve-se o procedimento 

adotado para a temperatura de 240 ºC. 

A primeira simulação realizada é designada por “5500_8,6_60” (“ℎ𝑠𝑢𝑝_𝑚2_𝑇𝑝”) 

tendo sido utilizados os parâmetros definidos na Tabela 3.7 e uma temperatura do punção, 

igual ao valor médio da temperatura determinada experimentalmente (ver secção 2.1). Na 

Figura 3.9 (a) apresenta-se a comparação entre a temperatura prevista para a chapa nesta 

simulação e a experimental. Como se pode observar, as evoluções da temperatura numérica 

e experimental encontram-se muito desfasadas. Assim, de forma a melhorar a aproximação, 

procedeu-se ao aumento da temperatura do punção para 75 ºC. Esta simulação é designada 

por “5500_8,6_75” e na Figura 3.9 (a) observa-se que a temperatura da chapa contínua a 

apresentar uma queda inicial muito abrupta, quando comparada com a experimental. Assim, 

optou-se por proceder à alteração do valor de 𝑚2, até obter um ajuste considerado adequado 

para a evolução da temperatura experimental e numérica. Como se mostra na Tabela 3.7 e 

na Figura 3.9 (a), os parâmetros que melhor ajustaram a evolução da temperatura da chapa 

correspondem à designação “5500_14,3_75”. A Figura 3.9 (b) apresenta a comparação entre 

as evoluções do CTC utilizadas neste trabalho. 

Para as simulações realizadas com uma temperatura inicial de 150ºC, optou-se 

por recorrer aos mesmos parâmetros de CTC, procedendo apenas à alteração da temperatura 

do punção. A Tabela 3.8 apresenta as temperaturas iniciais definidas, para as várias 

ferramentas e para o esboço, para as simulações onde foi utilizado, simultaneamente, o 

critério de plasticidade de Hill’48 e a lei de encruamento de Hockett-Sherby modificada. 

Como a lei de encruamento de Voce com encruamento cinemático não consegue descrever 
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a influência da temperatura, estas simulações foram realizadas admitindo condições 

isotérmicas. Assim, tanto o esboço como as ferramentas permaneceram sempre a 20ºC. 

 

Tabela 3.7 Parâmetros utilizados nas várias simulações de ajuste da evolução da temperatura do esboço. 

Designação 𝑻𝒑[°C] 𝒎𝟐 

5500_8,6_60 60 8,6 

5500_8,6_75 75 8,6 

5500_35_75 75 35 

5500_14,3_75 75 14,3 

 

 

  

(a) (b) 

Figura 3.9 (a) Evolução da temperatura do esboço experimental e numérica, para diferentes valores de m2 e 
da temperatura do punção e (b) variação do CTC com a distância entre corpos. 

 

Tabela 3.8 Temperaturas iniciais das ferramentas e do esboço. 

Ferramenta Punção Matriz Cerra-chapas Esboço 

Simulação 20ºC 20ºC 20º C 20ºC 20ºC 

Simulação 150ºC 65ºC 150ºC 150ºC 150ºC 

Simulação 240ºC 75ºC 240ºC 240ºC 240ºC 
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3.4.2. Calor gerado por deformação plástica 

Quando um material é deformado plasticamente, parte do trabalho plástico 

realizado é convertido em calor, o que contribui para aumentar a temperatura do material. A 

outra fração de trabalho plástico é conservada no material. Taylor & Quinney (1934) 

chegaram à conclusão que cerca de 90% do trabalho plástico é convertido em calor. Para 

modelar este efeito térmico, foi utilizada a seguinte expressão: 

 �̇�𝑝𝑙 = 𝜒𝛔:𝐃𝐩 ( 3.18) 

onde �̇�𝑝𝑙 é a potência gerada por deformação plástica, 𝜒 é o coeficiente de Taylor-Quinney 

que define a fração de trabalho plástico que é convertido em calor e 𝐃𝐩 é o tensor de 

velocidade de deformação plástica. 

3.4.3. Calor gerado por atrito 

Quando há contacto entre dois corpos, geram-se forças de atrito que se opõem 

ao movimento dos mesmos. Estas forças dependem de uma série de fatores, entre eles a 

pressão de contacto e o tipo de acabamento da superfície. Assim, o movimento relativo entre 

corpos em contacto só é possível se as forças aplicadas nestes superarem as forcas de atrito. 

O trabalho dissipado durante este processo é em parte convertido em energia térmica, e o 

fluxo de calor gerado entre os corpos pode ser definido através da seguinte expressão: 

 𝑞𝑓𝑟𝑖𝑐𝑡 = 𝛽(ξ𝐭𝐭 ∙ �̇�𝐭) ( 3.19) 

onde 𝑞𝑓𝑟𝑖𝑐𝑡 é o fluxo de calor devido ao atrito, 𝛽 é um parâmetro que define a quantidade de 

calor dissipado para o corpo rígido,  𝜉 representa a fração de energia gerada convertida em 

calor, �̇�𝐭 é o incremento da velocidade tangencial devido ao escorregamento entre os corpos 

e 𝐭𝐭 é a força tangencial devido ao contacto com atrito (Martins et al., 2015). Os valores de 

𝛽 e ξ utilizados são 0,5 e 1, respetivamente.  

3.5. Modelação das ferramentas e do esboço 

A simetria geométrica e material permite realizar a simulação numérica do 

processo de estampagem de apenas um quarto do modelo. No entanto, para simular a 

abertura do anel é mais simples recorrer apenas à simetria segundo a direção de laminagem, 

pelo que as simulações foram realizadas para meia taça. Em seguida são apresentadas as 

discretizações utilizadas nas várias ferramentas e no esboço. 
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3.5.1. Ferramentas 

Todas as ferramentas são consideradas corpos rígidos, ou seja, não deformam. 

Além disso, estas foram definidas como superfícies Nagata (Nagata, 2005), o que exige a 

construção de uma malha de elementos finitos. Cada superfície Nagata é definida a partir da 

posição e da orientação do vetor normal dos nós de cada elemento finito. Na Figura 3.10, 

são apresentadas as discretrizações utilizadas para aas ferramentas. 

 

  

(a) (b) 

  

(c) (d) 

Figura 3.10 Representação das ferramentas utilizadas na simulação numérica: (a) matriz, (b) punção, (c) 
cerra-chapas e (d) disposição do conjunto das ferramentas. 

 

O processo de estampagem é realizado com a matriz fixa. Na primeira etapa, o 

cerra-chapas desloca-se até atingir o valor de força de 5 kN (valor utilizado 

experimentalmente), que é mantido constante ao longo dos ensaios. A segunda fase consiste 
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no deslocamento do punção até atingir 32,5 mm. A terceira fase corresponde à remoção das 

ferramentas. O valor do coeficiente de atrito global sugerido pela conferência foi de 0,09, 

sendo esse o valor utilizado. 

3.5.2. Esboço 

O problema em questão envolve grandes deformações. Menezes & Teodosiu 

(2000) estudaram, anteriormente, exemplos semelhantes e chegaram à conclusão que a 

combinação de elementos finitos sólidos hexaédricos com 8 nós, com uma integração 

seletiva reduzida conduz a bons resultados. Sendo assim, neste estudo foi adotada esta 

combinação, pelo que cada elemento apresenta oito pontos de Gauss. 

Na Figura 3.11 é apresentada a discretização utilizada para o esboço. Optou-se 

por definir uma zona não-estruturada e uma zona estruturada de forma a reduzir o tempo de 

computação. Na zona estruturada, como esta vai estar sujeita a grandes deformações, é 

essencial que a discretização tenha elementos de tamanho reduzido, o mais quadrangular 

possível e que se encontrem estruturados. A zona central como vai estar sujeita a valores de 

deformações reduzidos, não é necessário cumprir tais requisitos, pelo que esta apresenta um 

tamanho de elemento maior com uma discretização não estruturada. Para descrever 

corretamente o raio de curvatura da matriz, recomenda-se a utilização de pelo menos 10 

elementos. Assim, a dimensão mínima é dada pela seguinte expressão: 

 
𝐹𝐸𝑙𝑒𝑛𝑔ℎ𝑡 =

𝑃𝑅𝑚

10
 , ( 3.20) 

onde 𝐹𝐸𝑙𝑒𝑛𝑔ℎ𝑡 é o tamanho do elemento na direção radial e 𝑃𝑅𝑚
é o perímetro do raio de 

curvatura da matriz, que é dado pela seguinte expressão: 

 
𝑃𝑅𝑚

=
2𝜋𝑅𝑚

4
. ( 3.21) 

Assim, o perímetro do raio de curvatura da matriz é de 7,85 mm, o que se traduz num 

tamanho mínimo para o elemento de 0,785 mm, pelo que seriam necessários, no mínimo, 

26 elementos segundo a direção radial. Na Tabela 3.9 são apresentados os dados relativos à 

discretização adotada para a zona estruturada. 
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Tabela 3.9 Número de elementos utilizados em cada uma das direções do esboço. 

Direção Radial Circunferencial Espessura 

Número de elementos 56 160 3 

 

 

 

 

 
Figura 3.11 Representação da discretização do esboço. 
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4. RESULTADOS E ANÁLISE 

Neste capítulo, analisa-se a eficiência das estratégias de acoplamento 

implementadas no DD3IMP para a resolução do problema termomecânico, expostas na 

seção 3.3, com o auxílio do exemplo da simulação da conformação a quente de uma taça 

cilíndrica. Para tal, são analisadas algumas variáveis de processo, de forma a evidenciar a 

precisão de cada um dos algoritmos, e os tempos de cálculo. Posteriormente, apresenta-se 

uma análise detalhada dos resultados numéricos para o caso de estudo proposto pelo comité 

da conferência Numisheet 2016. 

4.1. Algoritmos de acoplamento 

O exemplo considerado nesta seção é a estampagem de uma taça cilíndrica com 

o auxílio das ferramentas definidas na Figura 2.1. No entanto, o material considerado é a liga 

de alumínio AA5754-O, com um esboço circular de raio igual a 60 mm e espessura de 1,0 

mm. A lei de encruamento utilizada é a de Hockett-Sherby modificada, com os parâmetros 

do material e de condições de processo idênticas aos utilizados em Laurent et al. (2015). 

Deste modo, os resultados apresentados nesta secção permitem a comparação dos algoritmos 

implementados. 

A Figura 4.1 apresenta a evolução da força do punção em função do seu 

deslocamento, obtida com os três algoritmos de acoplamento Os três algoritmos apresentam 

uma evolução da força do punção muito semelhante. Para avaliar um parâmetro diretamente 

relacionado com o problema térmico, analisou-se a evolução da temperatura de um nó 

localizado na aba do esboço. Os resultados obtidos são apresentados na Figura 4.2. Mais 

uma vez, as três evoluções sobrepõem-se. 

Por fim, apresentam-se os resultados relativos às orelhas de estampagem, na 

Figura 4.3. Nesta análise, é possível observar uma diferença subtil entre os algoritmos. Os 

algoritmos de dupla previsão e iterativo apresentam a mesma evolução, enquanto o explícito 

apresenta uma evolução semelhante, mas correspondente a uma taça ligeiramente mais alta. 

Este resultado está de acordo com a evolução prevista para a força de estampagem, uma vez 

que o algoritmo explícito apresenta uma força ligeiramente mais alta, na fase de estiramento 
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das orelhas de estampagem (ver Figura 4.1). Esta fase do processo caracteriza-se pelo facto 

de a chapa estar submetida a elevadas pressões de contacto, o que pode contribuir para 

ligeiras diferenças no calor gerado por atrito e deformação plástica. Também foram 

analisados os resultados da espessura, ao longo da parede vertical do componente, em várias 

direções. Os resultados obtidos para os três algoritmos são muito semelhantes, pelo que se 

optou por não mostrar neste documento. 

 

Figura 4.1 Comparação dos algoritmos de acoplamento relativamente à evolução da força do punção. 

 

 

 

Figura 4.2 Comparação dos algoritmos de acoplamento relativamente à evolução da temperatura. 
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Figura 4.3 Comparação dos algoritmos de acoplamento relativamente às orelhas de estampagem. 

 

Na Tabela 4.1, está representado o tempo de computação para os vários 

algoritmos de acoplamento. Com base nestes resultados, decidiu-se utilizar o algoritmo de 

dupla previsão nas restantes simulações apresentadas neste capítulo. Este, apesar de ter um 

custo computacional mais elevado que o algoritmo explícito, oferece melhor precisão de 

resultados (muito semelhante ao algoritmo iterativo). Martins et al. (2016) também 

mostraram uma boa relação entre a precisão de resultados e tempo de computação para esta 

estratégia, para outros exemplos numéricos. Importa referir que todas as simulações foram 

realizadas num computador com um processador CPU Intel® Core ™ i7-4770L @ 3,50 GHz 

e 16 GB de memória RAM 

 

Tabela 4.1 Comparação dos algoritmos de acoplamento relativamente ao tempo computacional. 

Algoritmos Iterativo Explícito Dupla previsão 

Tempo [h:min:s] 01:58:30 01:26:08 01:41:38 

4.2. Processo de estampagem da taça cilíndrica 

Nesta secção são analisados os resultados obtidos nas simulações numéricas do 

processo de estampagem de uma taça cilíndrica, para as temperaturas de 20 ºC, 150 ºC e 

240 ºC. Para a temperatura de 20 ºC são analisados os resultados obtidos com a lei de Voce 
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combinada com a lei de encruamento cinemático, para os critérios de plasticidade de Yld’91 

(designada de “Yld’91 Voce+KH”) e de Hill´48. Neste caso são analisadas as duas opções: 

parâmetros identificados com base nos coeficientes de anisotropia (designada de “Hill’48r 

Voce+KH”) e parâmetros identificados com o DD3MAT (designada de “Hill’48 

Voce+KH”). Para as três temperaturas em análise, são apresentados os resultados obtidos 

com a lei de Hockett-Sherby modificada (designada por “H-S”), combinada com o critério 

de Hill´48 com os parâmetros identificados com base nos coeficientes de anisotropia. 

 

 

Figura 4.4 Comparação da evolução da força do punção para várias leis constitutivas, a 20°C. 

 

A Figura 4.4 apresenta a evolução da força do punção com o deslocamento, para 

a temperatura de 20ºC, com diferentes critérios de plasticidade e diferentes leis de 

encruamento. É possível observar que a maior diferença entre as evoluções da força surge 

associada à alteração do critério de plasticidade, uma vez que a simulação realizada com 

Yld’91 é a que apresenta o valor de força máxima mais elevado. Na Figura 4.5 apresenta-se 

a distribuição da tensão de escoamento, para um deslocamento do punção de 5 mm, para as 

duas simulações realizadas com a mesma lei de encruamento e diferentes critérios de 

plasticidade. Observa-se que a tensão de escoamento atinge valores superiores em toda a aba 

(material que se encontra entre a matriz e o cerra-chapas) quando se utiliza o critério de 

Yld’91. De facto, o material da aba é submetido a um estado de tensão próximo do corte, 

para o qual é possível observar, na Figura 3.5, que a superfície de plasticidade para o critério 
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Yld’91 é interior à de Hill’48, i.e. o material entra em regime plástico mais cedo. Assim, 

para um deslocamento de 5 mm a superfície de plasticidade para o critério de Yld’91 

encontra-se exterior à superfície de Hill’48, uma vez que o material encruou mais. Logo, 

para descrever o raio de curvatura da matriz, é necessário o punção aplicar uma força maior. 

As evoluções de força previstas com o critério de Hill’48 apresentam uma evolução 

semelhante, com a lei isotrópica e cinemática a apresentar valores de força ligeiramente 

maiores. Tal como foi referido na seção 3.1.1, a lei de Hockett-Sherby identificada parece 

subestimar a tensão de saturação prevista experimentalmente.  

 

 

  
(a) (b) 

Figura 4.5 Distribuição das tensões de escoamento no esboço, para 5 mm de deslocamento do punção: (a) 
Yld'91 e KH (b) Hill'48 e KH. 

 

Na Figura 4.6 é apresentada a evolução da força do punção para várias 

temperaturas, sendo que neste caso foi sempre utilizado o critério de Hill’48 e a lei de 

encruamento de Hockett-Sherby. Como era espectável, quanto mais elevada é a temperatura, 

menor é a força exercida pelo punção uma vez que o material é menos resistente e, 

consequentemente, escoa mais facilmente. Para todas as simulações, a força máxima é 

alcançada, aproximadamente, aos 11 mm de deslocamento. Além disso, é visível que a força 
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do punção sobe, momentaneamente, a cerca de 17,5 mm de deslocamento. Este corresponde 

ao instante em que o esboço perde o contacto com o cerra-chapas. 

 

Figura 4.6 Comparação da evolução da força do punção para várias temperaturas utilizando o critério de 
Hill’48r e a lei de encruamento de Hockett-Sherby modificada. 

 

Na Figura 4.7 são apresentadas as distribuições da deformação plástica 

equivalente obtidas no final do processo de estampagem. De uma forma geral, a distribuição 

da deformação plástica equivalente é semelhante para todos os casos, apresentando maiores 

valores na zona das orelhas de estampagem e valores quase nulos na base da taça. Era 

espectável que a distribuição fosse semelhante, uma vez que esta está diretamente 

relacionada com a geometria que se pretende obter, sendo esta igual para todas as 

simulações. Surgem pequenas diferenças associadas à lei de encruamento e ao critério de 

plasticidade. A diferença mais notória é na taça circular obtida com o critério de plasticidade 

Yld’91, que apresenta maiores valores de deformação plástica equivalente, o que é 

compreensível tendo em conta os resultados apresentados na Figura 4.5. 

A Figura 4.8 apresenta as distribuições de tensão equivalente obtidas no final do 

processo de conformação. Também neste caso as distribuições são semelhantes para todas 

as simulações, com os valores mais elevados de tensão equivalente localizados no interior 

da taça, na zona central da superfície lateral. Os valores mais baixos estão localizados no 

fundo do componente. Nesta figura é possível observar o efeito da lei de encruamento, por 

comparação dos resultados apresentados na coluna da esquerda, correspondentes a lei de 
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encruamento de Hockett-Sherby modificada, com os da coluna da direita, onde foi utilizado 

a lei de Voce com encruamento cinemático. Na zona central da superfície lateral, as tensões 

equivalentes são mais baixas para a lei de Voce com encruamento cinemático, o que está 

relacionado com o efeito de Bauschinger. Assim, quando o material que escoa entre a matriz 

e o cerra-chapas se aproxima do raio de curvatura da matriz está sujeito à tração. Quando 

escoa para o raio de curvatura da matriz, o material em contacto com esta, passa a estar à 

compressão. Esta inversão de tração para a compressão evidencia o efeito de Baushinger, 

pelo que as tensões equivalentes previstas nessa zona são menores. 

A Figura 4.9 apresenta as distribuições da tensão de escoamento, no final do 

processo de estampagem. As distribuições são semelhantes para as simulações que utilizam 

a mesma lei de encruamento. Os valores mais elevados da tensão de escoamento ocorrem ao 

longo da superfície lateral do componente, e os mais baixos na base. Estes resultados são 

coerentes, uma vez que, como não houve deformação plástica na base, a tensão de 

escoamento permaneceu igual à tensão limite de elasticidade. A tensão de escoamento é 

constante ao longo da superfície lateral do componente porque a deformação plástica a que 

o material foi submetido durante o escoamento pelo raio de curvatura da matriz foi suficiente 

para que fosse atingida a tensão de saturação. Era expectável que a tensão de escoamento 

fosse diferente para as várias temperaturas iniciais, uma vez que a lei de encruamento de 

Hockett-Sherby prevê uma redução da tensão de escoamento com a temperatura (ver Figura 

3.1). De modo a compreender o motivo porque tal não acontece, de seguida analisa-se a 

evolução da temperatura na chapa.  

A temperatura foi medida experimentalmente a 5,75 mm do centro do esboço, a 

22,5º da direção de laminagem e na superfície em contacto com a matriz. Durante as 

simulações, foram registados os dados de temperatura para o nó mais próximo da localização 

referida.  
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(a) Hill’48 r e H-S a 20ºC (b) Yld’91 e Voce KH a 20ºC 

  

(c) Hill’48 r e H-S a 150ºC (d) Hill’48 e Voce KH a 20ºC 

  

(e) Hill’48 r e H-S a 240ºC  

Figura 4.7 Distribuição das deformações plásticas equivalentes. 



 

 

  Resultados e análise 

 

 

Patrick Marques da Cunha  49 

 

  

(a) Hill’48 r e H-S a 20ºC (b) Yld’91 e Voce KH a 20ºC 

  

(c) Hill’48 r e H-S a 150ºC (d) Hill’48 e Voce KH a 20ºC 

  

(e) Hill’48 r e H-S a 240ºC  

Figura 4.8 Distribuição das tensões equivalentes. 
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(a) Hill’48 r e H-S a 20ºC (b) Yld’91 e Voce KH a 20ºC 

  

(c) Hill’48 r e H-S a 150ºC (d) Hill’48 e Voce KH a 20ºC 

  

(e) Hill’48 r e H-S a 240ºC  

Figura 4.9 Distribuição das tensões de escoamento. 
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Na Figura 4.10 apresenta-se a comparação entre as evoluções da temperatura 

experimentais e numéricas. De uma perspetiva global, as curvas numéricas aproximam-se 

das respetivas curvas experimentais. Para a simulação a 20ºC, quase não ocorre alteração da 

temperatura. O pequeno aumento de temperatura é devido ao calor gerado por deformação 

plástica e por atrito, que é rapidamente transferido para as ferramentas. Para as temperaturas 

de 150 ºC e 240ºC, o esboço tem uma descida de temperatura abrupta na fase inicial, o que 

era de esperar, uma vez que a diferença de temperaturas entre o esboço e o punção é muito 

elevada, e o processo de conformação realiza-se a uma velocidade também relativamente 

elevada. Depois dessa fase, as temperaturas diminuem suavemente até atingir, 

aproximadamente, a respetiva temperatura do punção. Assim, como no início do processo, 

quando o punção entra em contacto com o esboço, a temperatura diminui muito rapidamente, 

o comportamento do material torna-se semelhante para os vários ensaios. De facto, a análise 

da Figura 3.1 permite concluir que para temperaturas inferiores a 100 ºC as diferenças na 

tensão de escoamento são muito subtis, pelo que no final do processo atingem-se valores 

idênticos de tensão de escoamento. 

 

 

Figura 4.10 Comparação entre os dados experimentais e numéricos da evolução da temperatura do esboço, 
para várias temperaturas iniciais. 

 

A análise da espessura do componente foi efetuada para a direção de laminagem 

(RD), direção diagonal (DD) e para a direção perpendicular (TD) à de laminagem, em função 
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da distância curvilínea desde o centro da base até à periferia. Na Figura 4.11, estão 

representadas as evoluções de espessura para as várias direções e temperaturas. É possível 

observar que existe sempre um menor aumento de espessura segundo a direção diagonal, o 

que é coerente com a evolução dos coeficientes de anisotropia no plano da chapa (Pearce, 

1991). As espessuras ao longo das direções RD e TD apresentam sempre um comportamento 

muito semelhante, sendo sempre ligeiramente superior para a direção TD. Também se pode 

observar que nas zonas mais próximas das orelhas, a espessura em qualquer direção, é 

bastante superior à inicial. A única zona onde a espessura é inferior à inicial, é no raio de 

curvatura da taça, o que é coerente com resultados de outros autores (Coër, 2013). 

Relativamente à evolução da espessura com a temperatura, nada se pode concluir. 

A Figura 4.12 apresenta as orelhas de estampagem obtidas para a temperatura de 

20ºC. É possível observar que os dois critérios de plasticidade preveem quatro orelhas de 

estampagem. No entanto, o critério de plasticidade apresenta uma forte influência na 

amplitude das orelhas. O critério Yld’91 prevê orelhas de estampagem com uma menor 

amplitude. No global a taça tem uma altura máxima menor e mínima maior. Este facto pode 

ser associado ao maior encruamento do material (ver Figura 4.5), que contribui para reduzir 

o escoamento da aba, quando comparado com o obtido com o critério de Hill’48. A menor 

amplitude pode ser associada à menor variação prevista para a distribuição das tensões limite 

de elasticidade no plano da chapa, como se mostra na Figura 3.4. 
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(a) (b) 

 

(c) 

Figura 4.11 Variação da espessura com a distância curvilínea do centro da taça à periferia: (a) Direção de 
laminagem (b) Direção perpendicular à laminagem (c) Direção diagonal. 
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Figura 4.12 Variação da altura da taça com o ângulo, para várias leis constitutivas, a 20°C. 

 

 

Figura 4.13 Variação da altura da taça com o ângulo, para várias temperaturas, para o critério de Hill'48r e a 
lei de Hockett-Sherby modificada. 

 

Na Figura 4.13 são apresentadas as orelhas de estampagem obtidas para os 

ensaios realizados a diferentes temperaturas. É possível observar que a altura da taça diminui 

com o aumento da temperatura. Isto porque o material escoa mais facilmente para 

temperaturas mais elevadas, como é possível observar também na evolução da força exercida 

pelo punção, não sendo necessário estirar tanto a superfície lateral da taça. Importa realçar 
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que a diferença na altura é tão subtil que não é possível observar essas diferenças na evolução 

da espessura. Por outro lado, a amplitude das orelhas é maior para 20 ºC em consequência 

da maior variação do coeficiente de anisotropia no plano (ver Tabela 2.3). Em todas as 

simulações, as orelhas atingem o seu máximo para 45°, 135°, 225° e 315º, o que é coerente 

com as distribuições do coeficiente de anisotropia apresentadas na Figura 3.4, onde se pode 

observar que o valor máximo ocorre a 45º. 

4.3.  Retorno elástico 

Para determinar o retorno elástico, vai ser efetuado um procedimento idêntico 

ao realizado experimentalmente, i.e. foi seguido o teste de Demeri. Para obter os anéis a 

partir das taças circulares, recorreu-se ao programa DD3TRIM (Baptista, 2006). O corte dos 

anéis foi efetuado a 7 mm da base da taça, com uma altura de 5 mm. Posteriormente, os anéis 

foram cortados segundo a direção de laminagem. Depois do corte, o anel abre devido à 

libertação das tensões internas geradas durante a conformação. Na Figura 4.14 apresentam-

se os valores das aberturas máximas dos anéis para cada uma das simulações realizadas. Na 

Figura 4.15 são comparadas as aberturas dos anéis, para a temperatura de 20 ºC com 

diferentes modelos constitutivos. Na Figura 4.16 comparam-se as aberturas dos anéis para 

as diferentes temperaturas, sempre com o mesmo modelo constitutivo. 

 

Figura 4.14 Comparação da abertura do anel para as várias simulações. 
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Figura 4.15 Abertura dos anéis para 20°C: (a) Hill'48 e KH (b) Yld'91 e KH (c) Hill'48r e H-S 

   

(a) (b) (c) 

Figura 4.16 Abertura dos anéis utilizando o citério de Hill'48r e a lei de Hockett-Sherby modificada: (a) 20°C 
(c) 150°C (c) 240°C. 

 

Para a temperatura de 20ºC, é possível observar que os ensaios realizados com 

o critério de plasticidade de Hill’48 conduzem a resultados semelhantes. No entanto, a 

utilização do critério Yld’91 resulta num aumento acentuado na abertura do anel. A 

recuperação elástica e, consequente, a abertura do anel depende do gradiente de tensões na 

direção circunferencial, ao longo da espessura. Como se pode observar na Figura 4.17, há 

um maior gradiente segundo a direção circunferencial para o critério de Yld’91, o que leva 

a uma maior abertura do anel. Neste exemplo, observa-se que o critério de plasticidade tem 

uma influência maior do que a componente cinemática do encruamento no resultado da 

previsão do retorno elástico. 

Para as simulações onde se utilizou, simultaneamente, o critério de Hill’48 e a 

lei de Hockett-Sherby, pode-se concluir que quando maior é a temperatura, menor é a 

abertura do anel. Assim, é possível afirmar que o retorno elástico para temperaturas mais 

elevadas é menor. 

5,73 mm 4,36 mm 3,77 mm

   

(a) (b) (c) 
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(a) (b)  

Figura 4.17 Comparação da distribuição das tensões segundo a direção circunferencial, para a espessura da 
chapa na direção de laminagem: (a) anel Yld’91 e KH (b) anel Hill’48 e KH. 

4.4. Tempo de computação 

O computador onde foram realizadas as simulações possui um CPU Intel® Core 

™ i7-4770L @ 3,50 GHz e 16 GB de memória RAM. Na Figura 4.18 apresenta-se um resumo 

dos tempos de computação. Os tempos foram semelhantes entre as simulações onde se 

considerou o efeito da temperatura e entre as simulações realizadas de forma isotérmica. Os 

ensaios com um maior custo computacional foram para os testes com o efeito da temperatura, 

o que é compreensível uma vez que é necessário resolver uma formulação adicional. O 

aumento de tempo de computação foi no máximo de 59%. 

 

Figura 4.18 Comparação dos tempos de computação para as várias simulações. 
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5. CONSIDERAÇÕES FINAIS 

5.1. Conclusões 

Nesta dissertação é realizada a simulação do processo de estampagem, de uma 

taça circular de uma liga de alumínio AA5086-H111, a várias temperaturas. A partir de dados 

experimentais fornecidos, identificou-se os parâmetros para várias leis constitutivas. 

Também foi realizada uma análise aos algoritmos de acoplamento disponíveis. Definidas as 

estratégias numéricas, realizaram-se várias simulações, procedendo-se para a análise dos 

resultados. 

Na análise dos resultados experimentais fornecidos, observou-se que, tanto o 

efeito PLC como o de Piobert-Luders desaparecem com o aumento da temperatura. A 

modelação deste tipo de fenómenos exige modelos muito complexos, pelo que foram 

desprezados. Também se observou, através dos ensaios de corte, que o material em estudo 

apresenta efeito de Bauschinger, motivo pelo qual se recorreu a uma lei de encruamento 

cinemático sempre que possível. 

Numa fase preliminar, foram avaliados três algoritmos de acoplamento para a 

resolução do problema termomecânico. A análise de resultados permitiu selecionar o 

algoritmo de dupla previsão para realização das simulações, uma vez que estabelece uma 

melhor razão entre o tempo computacional e a precisão dos resultados. 

Nas simulações realizadas à temperatura de 20ºC, a partir da evolução da força 

do punção, das orelhas de estampagem e do retorno elástico, é possível concluir que o critério 

de plasticidade tem um maior impacto nestes parâmetros do que a lei de encruamento. 

Relativamente à influência da temperatura, conclui-se que quanto mais elevada 

a temperatura, menor é a força exercida pelo punção. Para a espessura ao longo das várias 

direções, não é possível estabelecer uma relação com a temperatura, uma vez que as 

diferenças observadas são muito subtis. Nas orelhas de estampagem verificou-se que quanto 

maior for a temperatura, menor é a sua altura. Em relação à abertura dos anéis, observou-se 

que quanto menor for a temperatura, maior é a abertura do anel. Assim, pode-se concluir que 

o retorno elástico é menor para temperaturas mais elevadas. Por fim, os tempos de 
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computação são semelhantes para as várias temperaturas. Se não se considerar o efeito da 

temperatura, os tempos são substancialmente mais baixos. 

5.2. Perspetivas de trabalhos futuros 

De seguida são apresentadas algumas sugestões para trabalhos futuros, que na 

opinião do autor seriam interessantes, de modo a contribuir para a melhoria na precisão dos 

resultados. 

Uma das dificuldades associadas a este trabalho foi a caracterização dos 

parâmetros para as leis constitutivas do material. Assim, ensaios de corte e de expansão 

biaxial a temperaturas mais elevadas, seriam uma mais-valia para definir melhor os 

parâmetros. 

Uma vez que os critérios de plasticidade revelaram grande influência na 

determinação da força do punção, na espessura, nas orelhas de estampagem e no retorno 

elástico, seria interessante analisar outros critérios de plasticidade mais flexíveis, para 

caracterizar o comportamento deste material, uma vez que existem dados experimentais 

disponíveis para a sua identificação. 

Neste trabalho, foi desprezada a influência da velocidade de deformação do 

material. Por outro lado, a temperatura das ferramentas foi considerada constante e, 

consequentemente, foi desprezada a expansão térmica das mesmas. Por último, foi 

desprezado o efeito de Bauschinger, exceto nas simulações isotérmicas, realizadas para a 

temperatura de 20 ºC. No entanto, existem resultados disponíveis para caracterizar o 

encruamento cinemático para a temperatura de 150 ºC. Seria interessante avaliar o impacto 

de cada uma destas simplificações na melhoria da precisão dos resultados   
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