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m – Fator de atrito [-] 

n – Coeficiente de encruamento [-] 
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𝑛𝐶0 –Dano crítico de Cockcroft-Latham normalizado [-] 

𝑛𝐶0𝑚- Dano crítico médio do critério de Cockcroft-Latham [-] 

P – Pressão hidrostática [N/mm²] 

pr – Pressão real de contato [N/mm²] 

R – Redução em altura [%] 

Ra – Rugosidade média [μm] 

Rc – Redução em altura crítica [%] 

Rm – Limite de resistência [N/mm²] 

s – Espessura [mm] 

T – Temperatura [ºC] 

t – Tempo [t] 

TF – Temperatura de fusão [ºC] 

𝑉𝐹 – Velocidade da ferramenta [mm/s] 

Wp – Trabalho plástico [J] 

 

 

 

Símbolos Gregos: 

 

𝛼 – Inclinação da trajetória de deformação [-] 

γ – Deformação cisalhante [-] 

𝛥𝑙 – Variação de comprimento [mm] 

𝜀 – Deformação relativa [%] 

η – Fator de triaxialidade [-] 

𝜂̅ - Fator de triaxialidade médio [-] 

𝜆 – Constante de proporcionalidade [-] 

μ – Coeficiente de atrito [-] 

σ - Tensão de Engenharia [N/mm²] 

𝜎𝑗𝑖  – Tensor de Tensão [N/mm²] 

𝜎𝑒𝑞 – Tensão equivalente [N/mm²] 

𝜎𝑚 - Tensão hidrostática [N/mm²] 

𝜎1, 𝜎2, 𝜎3 - Tensões normais principais [N/mm²] 
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𝜎𝜃 – Tensão circunferencial [N/mm²] 

𝜎𝑟 – Tensão radial [N/mm²] 

𝜎𝑧 – Tensão axial [N/mm²] 

τ – Tensão de cisalhamento [N/mm²] 

𝜏𝑚á𝑥. – Tensão cisalhante máxima [N/mm²] 

𝜏𝑟 – Tensão de cisalhamento associada ao atrito [N/mm²] 

𝜏𝑖 – Resistência ao cisalhamento [N/mm²] 

φ – Deformação verdadeira [-] 

𝜑𝑒𝑞 – Deformação equivalente [-] 

𝜑𝑒𝑞
𝑓

 – Deformação equivalente na fratura [-] 

𝜑1 , 𝜑2, 𝜑3 – Deformações principais [-] 

𝜑𝜃 – Deformação circunferencial [-] 

𝜑𝑧 – Deformação axial [-] 

𝜑𝜃𝑓 – Deformação circunferencial de fratura [-] 

𝜑𝑧𝑓 – Deformação axial de fratura [-] 

𝜑̇ – Velocidade de deformação [s-1] 
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RESUMO 

 
 

A análise da deformabilidade é um pré-requisito básico para a aplicação bem sucedida de 

um material em processos de forjamento a frio. Devido à natureza complexa da 

deformabilidade, que é influenciada por inúmeros fatores associados tanto ao material, 

quanto ao processo de conformação mecânica, são necessários diversos ensaios para que 

este parâmetro seja analisado de forma precisa. A proposta deste trabalho é estudar a 

deformabilidade a frio do aço microligado ao vanádio DIN 30MnVS6 a partir de um 

conjunto de testes selecionados cuidadosamente para avaliar a aplicabilidade deste 

material nos processos de forjamento a frio. Incialmente foi realizada a análise minuciosa 

das características metalúrgicas e do comportamento mecânico do material. Em seguida, 

ensaios de tração e compressão, acompanhados pela análise numérica por elementos 

finitos, foram realizados para determinar os limites de deformabilidade do material 

através do Diagrama Limite de Deformabilidade e dos critérios de fratura dúctil de 

Cockcroft-Latham, de Oyane e de Johnson-Cook. Os resultados mostraram que o aço 

DIN 30MnVS6, apresenta deformabilidade satisfatória e, em condições controladas, pode 

ser aplicado na produção de componentes de alta resistência sem a necessidade de 

tratamentos térmicos posteriores.  

 

Palavras-chave: Deformabilidade a frio; DIN 30MnVS6; Aço microligado; Forjamento 

a frio. 
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ABSTRACT 

 
 

Workability analysis is a prerequisite for the successful application of a material in cold 

forging processes. Due to the complexity of the workability, which is influenced by 

different factors associated with the material and the mechanical forming process, several 

tests and analyzes are necessary for this parameter to be analyzed accurately. The purpose 

of this work is to study the cold workability of the vanadium micro-alloyed steel to DIN 

30MnVS6 from a several tests carefully selected to evaluate the applicability of material 

in cold forging processes. Initially, an expressive analysis of the metallurgical and 

mechanical characteristics. Tests of tensile and compression tests, accompanied by 

numerical analysis by finite elements, were performed to determine the workability limits 

of the material through the Fracture Forming Limit Diagram and the ductile fracture 

criteria of Cockcroft-Latham, Oyane and Johnson-Cook. The results have shown that DIN 

30MnVS6, despite having lower workability than traditional cold-forged materials, when 

worked under controlled conditions, can be applied in the production of high strength 

components without additional heat treatments. 

 

Keywords: Cold workability; DIN 30MnVS6; Microalloyed steel; Cold forging. 
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1. INTRODUÇÃO 

 

O mercado global de produtos forjados a frio foi avaliado em 11,63 bilhões 

de dólares em 2017, com projeção de atingir  17,25 bilhões até 2025 [1]. O crescimento 

contínuo deste mercado deve-se ao fato dos processos de forjamento a frio possibilitarem 

a fabricação de componentes de geometrias complexas com excelentes tolerâncias e 

acabamento superficial em uma forma muito próxima da final (near-net-shape). A 

deformação a frio aprimora as propriedades mecânicas da peça forjada, aumentando a 

resistência mecânica, e, microestruturalmente, gerar uma estrutura granular orientada na 

direção da deformação mecânica. Estes efeitos permitem a utilização de materiais de 

menor custo em substituição a aços com maior porcentagem de elementos liga.  

Na produção de componentes de alta resistência, o efeito do encruamento não 

é suficiente para que as especificações de resistência mecânica sejam alcançadas e são 

necessários tratamentos térmicos após o forjamento. Têmpera, revenido, martêmpera, 

austêmpera e tratamentos superficiais podem ser aplicados dependendo da exigência do 

produto [2].  

Neste contexto, surgiu o interesse pela aplicação do aço microligado ao 

Vanádio DIN 30MnVS6 no forjamento a frio [3]. Neste aço, a adição de um pequeno teor 

de vanádio é capaz de fornecer uma distribuição de finos precipitados de carbonitretos 

que asseguram elevada resistência mecânica na condição laminada. A elevada resistência 

somada ao endurecimento por encruamento gerado na conformação a frio seria suficiente 

para que os requisitos de resistência sejam atendidos sem a necessidade de tratamentos 

térmicos. 

Nos processos de forjamento a frio a deformação plástica e as forças 

necessárias para gerar a deformação são relativamente altas e há uma grande tendência a 

falha do material durante o processamento. Dessa forma, a aplicabilidade de um novo 

material na conformação a frio depende de uma análise abrangente da deformabilidade. 

Por se tratar de um aço de alta resistência, o estudo da deformabilidade do aço DIN 

30MnVS6 é ainda mais relevante. Somente através desta investigação uma produção livre 

de defeitos pode ser obtida, evitando altas taxas de desperdício de matéria-prima e 

energia, e garantindo as vantagens da aplicação deste material no forjamento a frio.  

A análise da deformabilidade é realizada através de critérios baseados em 

trabalhos experimentais relacionados a aplicações industriais. No forjamento a frio, 
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tradicionalmente, os limites de deformabilidade são estabelecidos em termos do 

Diagrama Limite de Deformabilidade do material e de critérios de fratura dúctil aplicados 

em simulações numéricas.  

Destarte, o objetivo geral desta pesquisa é analisar a deformabilidade a frio 

do aço microligado ao Vanádio DIN 30MnVS6, sendo os objetivos específicos: 

• Caracterizar o comportamento mecânico do material a temperatura 

ambiente; 

• Estabelecer os limites de deformabilidade do DIN 30MnVS6 em termos 

das deformações locais, através do Diagrama Limite de Deformabilidade; 

• Compreender como os estados de tensão e de deformação locais 

desenvolvidos durante a deformação afetam a deformabilidade; 

• Definir os valores de dano crítico do aço DIN 30MnVS6 para diferentes 

critérios de fratura dúctil;  

• Avaliar a precisão de três critérios de fratura dúctil comumente 

incorporados a softwares de simulação numérica na previsão de diferentes 

tipos de fratura; 

Industrialmente, esta pesquisa torna-se relevante ao fornecer informações 

sobre a conformação a frio do DIN 30MnVS6, que é extremamente limitada na literatura. 

Ainda, este trabalho pretende produzir dados capazes de nortear a aplicação deste aço em 

projetos de componentes de alta resistência forjados a frio.  
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2. ESTADO ATUAL DOS CONHECIMENTOS 

 

A literatura sobre a conformação a frio do aço DIN 30MnVS6, tema principal 

dessa dissertação, é restrita. Por ser utilizado quase que exclusivamente em operações de 

forjamento a quente, os estudos referentes a este aço limitam-se a esta aplicação. A seguir, 

serão abordadas as principais características e as particularidades da produção deste aço. 

Ainda, são expostas pesquisas referentes ao forjamento a frio do DIN 30MnVS6.  

 

2.1. Aços Microligados 

 

 No final dos anos 1950, com a ampla introdução de estruturas soldadas 

após o fortalecimento do aço pela Segunda Guerra Mundial, o aumento do teor de carbono 

nos aços tornou-se praticamente proibitivo, tendo em vista o efeito prejudicial deste 

elemento na tenacidade e na soldabilidade. O então recente conhecimento de que o refino 

de grãos melhora essas duas propriedades e, ao mesmo tempo, aumenta a resistência, 

estimulou o desenvolvimento de novas práticas de laminação a quente e novos aços [4]. 

Assim surgiram os aços estruturais microligados e a laminação controlada. 

Nos aços microligados, a presença de elementos microligantes e o 

processamento termomecânico adequado garantem que os mecanismos de endurecimento 

por refino de grão, precipitação e solução sólida propiciem excelente resistência 

mecânica, mesmo com o baixo teor de carbono e elementos de liga [5].  

Elementos com forte tendência a formar nitretos e carbonetos, como Nióbio, 

Titânio, Molibdênio e Vanádio, são adicionados em pequenos teores aos aços 

microligados [6]. As interações destes elementos microligantes com C e N são capazes 

de fornecer, durante o processamento termomecânico adequado, uma distribuição de 

finos precipitados de carbonitretos que refinam o tamanho do grão e retardam a 

recristalização, resultando em propriedades mecânicas aprimoradas [7-10].  

O efeito dos elementos microligantes nas propriedades do aço, resumido na 

Tabela 2-1 [11], está relacionado às diferentes solubilidades dos precipitados na austenita. 

Como mostra o diagrama de solubilidade da Figura 2.1, os precipitados de Ti e Nb são 

estáveis a altas temperaturas, permitindo o controle do tamanho de grão da austenita. Os 

carbonitretos de vanádio, por outro lado, dissolvem-se a baixas temperaturas de 
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austenitização e, portanto, o V é responsável pelo endurecimento por precipitação que 

ocorre durante o resfriamento após a conformação [12,13]. 

 

Tabela 2-1 Efeito dos elementos microligantes nas propriedades dos aços [11]. 

Elemento 
Endurecimento 

por precipitação 

Refino do grão de 

ferrita 

Estabilização do 

nitrogênio 

Modificação da 

estrutura 

Vanádio Forte Fraco Forte Moderado 

Nióbio Moderado Forte Fraco Nenhum 

Molibdênio Fraco Nenhum  Nenhum Forte 

Titânio 

Nenhum (<0,02% 

Ti) e forte 

(>0,05% Ti) 

Forte Forte Nenhum 

  

 

 

Figura 2.1- Diagrama de solubilidade de VC, VN e NbC na austenita [9]. 

 

2.2. Características do DIN 30MnVS6 

 

 O DIN 30MnVS6 é um aço microligado ao vanádio de alta resistência 

endurecido por precipitação. Este aço ferrítico perlítico atinge as propriedades 

especificadas na Tabela 2.2 durante o resfriamento controlado após a laminação a quente 

[14].  
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Tabela 2-2 Propriedades mecânicas do aço microligado ao Vanádio 30MnVS6 [14]. 

Tensão de 

escoamento, kf 

(MPa) 

Limite de Resistência 

a tração, Rm (MPa) 

Alongamento na 

fratura (%) 

Redução em área 

(%) 

Dureza 

(HBS) 

450 (mín.) 700-850 14 (mín.) 30 (mín.) 209-252  

  

A composição química do DIN 30MnVS6 é apresentada na Tabela 2-3, 

juntamente com a composição dos principais aços microligados ao vanádio 

comercializados globalmente [15]. Entre os elementos presentes, o carbono é o que tem 

papel mais importante no endurecimento do material, visto que o aumento do teor deste 

elemento aumenta a fração volumétrica da perlita, resultando em maior resistência, mas 

menor tenacidade e ductilidade. 

O alto nível de manganês presente no DIN 30MnVS6 tem como objetivo 

possibilitar o endurecimento por solução sólida e reduzir a temperatura de transformação 

da austenita. Os níveis de carbono e manganês podem ser otimizados para controlar a 

faixa de temperatura de transformação, proporcionando uma combinação aprimorada de 

resistência, dureza e ductilidade. A adição de enxofre é feita para melhorar a 

usinabilidade, além de aumentar a quantidade de ferrita intragranular, o que melhora a 

tenacidade [16]. 

 

Tabela 2-3 Composição química (% em peso) dos principais aços microligados ao Vanádio utilizados 

globalmente [15]. 

Material C Si Mn P S V N 

30MnVS6 0,26-0,33 0,15-0,80 1,20-1,60 ≤0,025 0,020-0,060 0,08-0,20 0,01-0,02 

19MnVS6 0,15-0,22 0,15-0,80 1,20-1,60 ≤0,025 0,020-0,060 0,08-0,20 0,01-0,02 

38MnVS6 0,34-0,41 0,15-0,80 1,20-1,60 ≤0,025 0,020-0,060 0,08-0,20 0,01-0,02 

46MnVS6 0,42-0,49 0,15-0,80 1,20-1,60 ≤0,025 0,020-0,060 0,08-0,20 0,01-0,02 

46MnVS3 0,42-0,49 0,15-0,80 0,60-1,00 ≤0,025 0,020-0,060 0,08-0,20 0,01-0,02 

  

A diferença entre as solubilidades dos nitretos (VN) e carbonetos (VC) de 

vanádio (Figura 1.30) torna o Nitrogênio um elemento essencial em aços microligados ao 

Vanádio. A solubilidade muito menor de VN em relação à VC faz com que o nitrogênio 

determine em grande parte a densidade de precipitados presentes nestes aços e, portanto, 
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o grau de endurecimento por precipitação. Além disso, o nível de endurecimento por 

precipitação depende, fundamentalmente, do espaçamento entre as partículas. Quanto 

menor o espaçamento, maior o ganho de resistência. Nas reações de precipitação, o fator 

decisivo que minimiza o espaçamento entre as partículas é a taxa de nucleação. O 

nitrogênio tem um efeito significativamente positivo sobre a taxa de nucleação, 

justificando o significativo aumento de resistência gerado pela adição de N em aços 

microligados ao vanádio [17]. 

O DIN 30MnVS6 tem sido amplamente aplicado no forjamento a quente de 

componentes automotivos por permitir a eliminação dos tratamentos térmicos 

subsequentes às etapas de conformação [18]. Por meio do projeto e processamento 

adequados, este aço pode atingir níveis de resistência equivalentes àqueles obtidos em 

aços ligados forjados e tratados termicamente (temperados e revenidos). O processamento 

desse material ainda possui vantagens adicionais como a redução da distorção, melhor 

usinabilidade, propriedades mais consistentes, menor custo de material e maior 

produtividade [17].  

Em contra ponto, as peças forjadas a quente apresentam níveis de tenacidade 

inferiores aos aços ligados forjados e temperados que apresentam o mesmo grau de 

resistência.  Por esse motivo, são adequados para aplicações que não são submetidas a 

cargas severas de impacto, como virabrequins e bielas. A tenacidade reduzida é atribuída 

à microestrutura ferritita-perlitita grosseira. Esta propriedade pode ser melhorada através 

do refino da perlita [17].  

 

2.3. Processo de Produção do DIN 30MnVS6 

 

O aço DIN 30MnVS6 é fabricado através da laminação convencional.  O 

processo gera um endurecimento por precipitação moderado e um endurecimento 

relativamente pequeno por refino de grãos. Como já mencionado, os carbonitretos de 

vanádio (V(C,N)) possuem alta solubilidade na austenita e estão dissolvidos em todas as 

temperaturas normais de laminação. Dessa forma, os precipitados de vanádio dificilmente 

afetam o processo de deformação a quente do DIN 30MnVS6, mas precipitam na ferrita 

durante o resfriamento, sendo muito dependentes da taxa de resfriamento para sua 

formação [19]. 
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O efeito da taxa de resfriamento no limite de escoamento de um aço 

microligado com 0,15% V em peso é mostrado na Figura 2.2. Um nível ótimo de 

resistência ocorre a uma taxa de cerca de 170°C/min. Taxas de resfriamento inferiores 

geram precipitados grosseiros, sendo menos eficazes para o endurecimento. Em taxas de 

resfriamento mais altas, uma porção maior de V (CN) permanece em solução e, portanto, 

o endurecimento é reduzido. Para uma dada espessura de seção e meio de resfriamento, 

as taxas de resfriamento podem ser alteradas através da variação da temperatura antes do 

resfriamento. O aumento da temperatura resulta em tamanhos maiores de grãos de 

austenita, enquanto a diminuição da temperatura dificulta a laminação [19]. 

 

 

Figura 2.2- Efeito da taxa de resfriamento no aumento da resistência ao escoamento devido ao reforço da 

precipitação em um aço de 0,15% V [19]. 

  

A resistência do DIN 30MnVS6 também é afetada pelo tamanho do grão de 

ferrita produzido após o resfriamento a partir da temperatura de austenitização. Grãos 

refinados de ferrita podem ser produzidos por temperaturas mais baixas de transformação 

da austenita em ferrita ou pela formação de tamanhos mais finos de grãos de austenita 

antes da transformação. A redução da temperatura de transformação pode ser alcançada 

por adições de liga e/ou aumento das taxas de resfriamento. Para uma dada taxa de 

resfriamento, é possível obter um refino adicional do tamanho do grão de ferrita pelo 

refino do tamanho do grão de austenita durante a laminação [19]. 
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2.4. Forjamento a Frio do DIN 30MnVS6 

 

A conformação a frio do DIN 30MnVS6 ainda é pouco estudada, contudo a 

possibilidade da obtenção de produtos de elevada resistência sem a necessidade de 

tratamentos térmicos, reduzindo o tempo e os custos de fabricação, tornaram esta 

abordagem atrativa. HASSMANN (2016) e MAIA et al. (2018) analisaram a 

aplicabilidade do aço microligado na produção de parafusos da Classe de Resistência 8.8. 

Os parafusos são designados por classes de resistência estabelecidas por 

normas internacionais [21,22]. Parafusos da Classe de Resistência 8.8 são comumente 

utilizados pela indústria automobilística. Para alcançar os requisitos de resistência, estes 

fixadores geralmente são produzidos a partir de aços médio carbono ou aços ligados 

submetidos aos tratamentos térmicos de têmpera e revenido após as operações de 

conformação mecânica [23]. 

HASSMANN comparou o desempenho de parafusos produzidos a partir do 

forjamento a frio do aço DIN 30MnVS6, com fixadores fabricados no aço SAE 10B22 

aplicado à rota tradicionalmente utilizada na produção de parafusos da Classe 8.8. Os 

parafusos produzidos a partir do aço microligado, mesmo sem passar por nenhum 

tratamento térmico, apresentaram resistência superior aos fabricados no aço SAE 10B22. 

Após a conformação o DIN 30MnVS6 apresentou limite de escoamento e resistência a 

tração de 952 MPa e 968 MPa, respectivamente. As cargas dinâmicas suportadas pelo aço 

microligado durante ensaio de resistência a fadiga, também tiveram um desempenho 

superior ao do aço ao boro analisado. Ainda segundo HASSMANN, em comparação a 

rota de produção tradicional, o forjamento a frio do DIN 30MnVS6 possibilita a redução 

dos custos de produção em até 59% devido a supressão dos tratamentos térmicos [2]. 

MAIA et al. corroborou os resultados apresentados por HASSMANN, 

comparando o desempenho do DIN 30MnVS6 forjado a frio com o do aço SAE 10B30, 

outro aço ao boro comumente utilizado na produção de parafusos Classe 8.8. O aço 

microligado ao vanádio forjado a frio atendeu a todos os requisitos de resistência e dureza 

estabelecidos pela Norma ISO 898-1. Quando comparado ao método convencional de 

produção, o forjamento a frio do aço DIN 30MnVS6 ainda apresentou as seguintes 

vantagens [20]: 

▪ Redução do tempo de fabricação; 

▪ Produção mais limpa e ecológica; 
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▪ Eliminação dos processos de tratamento térmico (têmpera e revenido); 

▪ Eliminação do risco de descarbonetação;  

▪ Eliminação do risco de formação de ferrita delta; 

Entre os possíveis problemas da aplicação do DIN 30MnVS6 no forjamento 

a frio, MAIA e HASSMANN destacam o aumento das forças de conformação. Devido à 

elevada resistência inicial do aço microligado, as forças de forjamento são praticamente 

o dobro daquelas necessárias para a conformação de aços comumente empregados no 

forjamento a frio. Ainda, como ocorre no forjamento a quente, a tenacidade do produto 

final é um dos pontos críticos do emprego do aço microligado ao vanádio no forjamento 

a frio, o tornando ideal para aplicações em que não sejam exigidos requisitos elevados de 

resistência ao impacto [2,20].  
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3. REVISÃO BIBLIOGRÁFICA  

 

O estudo da deformabilidade envolve a análise completa dos parâmetros do 

processo de conformação mecânica, bem como das características do material de 

trabalho. As relações complexas entre todos estes fatores definem se uma operação de 

conformação pode ser realizada com sucesso.  

Com o objetivo de expor os conceitos necessários para que a complexidade 

da deformabilidade seja compreendida, inicialmente serão descritos, brevemente, os 

fundamentos teóricos dos processos de conformação mecânica e das características 

metalúrgicas do material que afetam a deformabilidade. 

Posteriormente, serão apresentados os principais critérios utilizados na 

análise da deformabilidade em operações de forjamento a frio. Além do Diagrama Limite 

de Deformabilidade, três critérios de fratura dúctil serão abordados.  

 

3.1. Deformabilidade a Frio dos Materiais 

 

Em um processo de fabricação é fundamental que o projeto garanta que a peça 

seja obtida livre de defeitos. Nos processos de conformação mecânica, é habitual associar 

a falha durante o processamento exclusivamente às características do material de trabalho. 

A ductilidade do material certamente é importante, contudo, o insucesso de um 

processamento mecânico não depende apenas deste aspecto e, sim, de inúmeros fatores. 

Os estados de tensão e de deformação desenvolvidos no processo, a velocidade de 

deformação e a temperatura, em combinação com as características do material, tais 

como, inclusões e tamanho de grão são alguns desses fatores [24]. O controle destes 

parâmetros, produzindo condições seguras de processamento, está associado ao que 

chamamos de deformabilidade.  

A deformabilidade pode ser definida como a capacidade de um material ser 

deformado, em um processo de conformação específico, sem a ocorrência de defeitos. É 

considerada defeito, qualquer instabilidade que acarrete na distribuição desigual e 

inaceitável das propriedades da peça, fazendo com que o produto não esteja em 

conformidade com as especificações do projeto.  
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Diversas classificações dos defeitos que limitam a deformabilidade nos 

processos de conformação a frio foram elaboradas [25-26]. Uma síntese destas 

classificações, concentrando-se nos defeitos relacionados ao material de trabalho no 

forjamento a frio, é mostrada na Figura 3.1. 

 

 

Figura 3.1 Principais defeitos que limitam a deformabilidade em processos de forjamento a frio. 

 

Na análise da deformabilidade o tipo de defeito que impede que as exigências 

do projeto sejam alcançadas deve ser especificado. Devido ao número extenso de 

parâmetros que afeta a deformabilidade, um mesmo material pode apresentar elevada 

deformabilidade com relação à fratura dúctil, mas baixa deformabilidade com relação ao 

galling, por exemplo. Este comportamento ainda pode ser alterado dependendo do tipo 

de operação de conformação realizada.   

Apesar do número amplo de defeitos que podem surgir durante o 

processamento mecânico do material, na maioria dos processos de conformação 

mecânica, a deformabilidade é limitada pela ocorrência de fratura dúctil [28]. No trabalho 

a frio, em que a ductilidade do material é consideravelmente reduzida, estes defeitos são 

ainda mais frequentes, tornando a fratura dúctil o critério de deformabilidade mais 

relevante e estudado [29]. Portanto, a análise da deformabilidade realizada neste trabalho 

será focada neste defeito.  
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3.2.Fratura Dúctil 

  

A fratura dúctil tornou-se um problema desafiador aos engenheiros desde a 

revolução industrial, quando teve início o uso disseminado de vários aços e ligas 

estruturais. A aplicação de ligas metálicas na construção civil e em diversos outros 

campos de engenharia tornou a previsão da fratura um grande desafio, especialmente em 

setores em que a ocorrência deste defeito poderia resultar em vítimas fatais [30].  

Em aplicações industriais de conformação mecânica não é diferente. Produtos 

semi-acabados passam por diversas operações em que grandes deformações são impostas 

e a fratura não é desejável. Por outro lado, a ocorrência de fratura dúctil pode ser uma 

parte inerente do processo, como em operações de corte e usinagem, que dizem respeito 

à separação de peças pelo início e propagação de trincas [31].  

A fratura é a separação de um corpo sólido em duas ou mais partes, sob a ação 

de uma tensão. Quando essa fragmentação é acompanhada por significativa deformação 

plástica e quantidade de energia dissipada, a fratura é denominada dúctil. Esta se 

desenvolve de forma relativamente lenta à medida que uma trinca estável se propaga 

como resultado de intensa deformação plástica junto à ponta da trinca [25]. A Figura 3.2 

mostra os comportamentos diferentes de materiais que apresentam fratura dúctil e frágil 

[32]. 

 

 

Figura 3.2 Comportamento distinto entre fratura dúctil e frágil [30]. 

 



 
 

32 
 

 3.2.1. Aspectos Microscópicos da Fratura Dúctil 

 

O mecanismo de fratura dúctil e os fenômenos microscópicos que ocorrem 

durante a separação do material dependem diretamente das tensões impostas pelo 

processo de conformação. Geralmente, considera-se que a fratura dúctil é o modo de falha 

no qual vazios, já existentes no material ou nucleados durante a deformação, crescem até 

se unirem ou coalescerem para formar um caminho de fratura contínuo [33]. Este 

mecanismo de fratura, característico de estados de tensão trativos, tem sido amplamente 

estudado, contudo não é o único possível. Em estados de tensão compressivos a 

denominada fratura por cisalhamento ocorre e apresenta características distintas. Ainda é 

possível que os dois modos de falha ocorram simultaneamente, gerando uma fratura 

mista.  

Em um estado de tensão fundamentalmente de tração, o mecanismo de fratura 

dúctil baseia-se na nucleação, crescimento e coalescência de vazios [34]. Quando o 

movimento de discordâncias, que caracteriza a deformação plástica dos metais, é retido 

próximo a inclusões ou partículas de segunda fase localizados em regiões submetidas a 

deformações plásticas severas poderá ocorrer a nucleação de um microvazio e, a partir 

dele, a ruptura irreversível das ligações atômicas do material. A Figura 3.3 mostra as 

etapas que caracterizam este mecanismo de fratura dúctil. 

 

 

Figura 3.3 Etapas que caracterizam a fratura dúctil em triaxialidades positivas  (Adaptada de [30]). 
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Os vazios, que são a fonte básica deste tipo de fratura dúctil, se formam 

preferencialmente junto a inclusões e partículas de segunda fase [40]. TIPPER (1948) 

mostrou que os vazios são iniciados pela desconexão da matriz a partir de inclusões não 

metálicas [36]. Posteriormente, PUTTICK (1959) constatou que o início dos vazios 

também pode ocorrer pela fratura de inclusões [37]. Em ambos os casos, vários fatores 

influenciam as condições necessárias para que a nucleação de vazios ocorra: tamanho de 

partícula, sua orientação (se não for equiaxial) estado de tensão, força da ligação entre a 

partícula e a matriz, resistência da matriz e fração volumétrica de partículas [33]. 

A nucleação de vazios também pode ocorrer sem estar associada a partículas, 

mesmo que isso seja menos frequente. VAN STONE et al. (1973), THOMPSON e 

WILLIAMS (1978), e posteriormente NIEH e NIX (1980) observaram a nucleação de 

vazios em limites de grãos. A nucleação de vazios nos limites entre fases foi relatada em 

aços bifásicos [42]. 

Microscopicamente, devido à física da sua formação, a fratura dúctil em 

estados de tensão positivos (tração) é caracterizada por superfícies ásperas e ondulações, 

conforme mostra a Figura 3.4.  Este aspecto de fratura é gerado por segmentos dos vazios 

que se fundiram para produzir o caminho da fratura [33]. Esses segmentos foram 

denominados dimples por PLATEAU et al. (1957) [43]. 

 

 

Figura 3.4 Micrografia do mecanismo de fratura dúctil por nucleação de vazios, crescimento e 

coalescência [44]. 

  

A fratura dúctil em estados de tensão compressivos ainda é pouco estudada e 

o conhecimento dos fenômenos físicos que caracterizam este modo de fratura é muito 

limitado. Este tipo de fratura pode ser verificado em ensaios de compressão de amostras 
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cilíndricas e é conhecido como “fratura por cisalhamento”, apesar de não ocorrer 

exclusivamente devido ao cisalhamento [45]. A superfície da fratura deste tipo de defeito 

é mostrada na Figura 3.5.  

Para BAO (1993), o aspecto microscópico deste tipo de fratura, caracterizado 

por uma superfície relativamente plana, diferente do aspecto observado na fratura 

associada à nucleação, crescimento e coalescência de vazios, revela que a formação de 

trincas nestas condições se estabelece por um mecanismo de falha diferente. Segundo 

BAO, este tipo de trinca é relativamente suave e passa pela matriz em vez de estar 

associada a partículas ou à desconexão da interface matriz-partícula. Para BAO, uma 

possível razão para esse tipo de fratura é a falha do material ao longo de planos de 

deslizamento compactos mais próximos [45]. 

 

 

Figura 3.5 Micrografia da fratura por cisalhamento [50]. 

 

Contudo, para YANSHAN et. al (2018) este modo de fratura é causado pela 

ligação por cisalhamento de vazios. A fratura se desenvolve com os vazios se ligando na 

direção da maior tensão de cisalhamento e devido ao estado de tensão compressivo, os 

vazios são menores do que aqueles observados em estado de tensão trativos. Nesse caso, 

a fração de volume vazio não seria a chave para o início da fratura dúctil, mas sim a fração 

de área vazia em um plano específico ao longo da maior tensão de cisalhamento. Dessa 

forma, o aspecto da fratura observado na Figura 2.5 seria distinto daquele obtido em 

estados de tensão de tração devido a muitos vazios serem “apagados” pelo contato e pelo 

atrito entre duas superfícies de fratura [46]. 
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3.2.2. Fratura Dúctil no Forjamento a Frio 

 

No forjamento a frio, embora não seja o único defeito de importância, a 

fratura dúctil é o defeito mais estudado e, na maioria dos casos, é o único reconhecido 

como defeito. Uma classificação dos tipos de trincas é sugerida na literatura [47], sendo 

a fratura dúctil dividida em três grupos: trincas na superfície livre, trincas na superfície 

em contato com a ferramenta, e trincas internas. A Figura 3.6 mostra esquematicamente 

alguns exemplos desses defeitos [48]. 

 

 

Figura 3.6 Desenho esquemático dos tipos de fratura dúctil típicas das operações de forjamento a frio 

(Adaptada de [49] e [50]). 

 

(i)                               (j)                               (l)                               (m) 

(a)                         (b)                           (c)                                  (d) 

(e)                                  (f)                                  (g)                         (h) 
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As trincas (a), (b), (c) e (d) da Figura 3.6 são exemplos de fraturas na 

superfície livre. Elas podem ocorrer durante operações de recalque, prensagem e extrusão 

radial em que tensões de tração desenvolvem-se na superfície livre em expansão podendo 

levar à fratura prematura [51]. Dependendo das condições de atrito na interface peça-

ferramenta e da geometria inicial da amostra, as trincas podem ser longitudinais, oblíquas 

ou mistas, que correspondem a uma combinação da trinca longitudinal e da trinca oblíqua. 

Fraturas que ocorrem na superfície em contato com as ferramentas, quando 

há restrição ao escoamento do material, comuns em processos como extrusão inversa e 

prensagem, são ilustradas pelas trincas em (e), (f), (g) e (h) da Figura 3.6.  A seleção 

adequada dos parâmetros geométricos das ferramentas, como diâmetro, altura e 

conicidade do punção, por exemplo, podem evitar a formação destas trincas. Uma 

descrição mais detalhada desse tipo de defeito pode ser encontrada nas referências [52, 

53]. 

Exemplos de defeitos internos são representados pelas trincas (i), (j), (l) e (m) 

da Figura 3.6. Estes defeitos ocorrem quando deformações severas e tensões de tração 

ocorrem no centro da geratriz. Tensões residuais e térmicas geradas após a deformação 

severa também podem causar ruptura interna. Um exemplo típico deste tipo de defeito é 

a fratura interna que pode ocorrer no processo de extrusão, conhecida como chevron, 

Figura 3.6 (j). Este defeito é causado por tensões de tração que se desenvolvem devido a 

deformações não homogêneas na seção transversal da peça [48]. 

 

3.3.Parâmetros que Influenciam a Deformabilidade 

 

É habitual associar a ocorrência de defeitos exclusivamente a fatores ligados 

ao material, contudo a viabilidade de uma operação de forjamento a frio depende também 

do processo. Assim, a deformabilidade pode ser expressa da seguinte forma [25]: 

Deformabilidade = f1 (material) · f2 (processo)    (Equação 3.1) 

Onde f1 e f2 são, respectivamente, funções da ductilidade do material e dos 

estados de tensão e deformação desenvolvidos no processo.  
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Diante disso, nas próximas seções os parâmetros dos processos de 

conformação mecânica e as características metalúrgicas dos aços que afetam a 

deformabilidade a frio serão apresentados. 

 

3.4.Tensões  

 

Em um domínio uniaxial a tensão é expressa pela razão entre a força aplicada 

(F) e a unidade de área (A), conforme a equação 3.2: 

𝜎 =
𝐹

𝐴
     (Equação 3.2) 

Os processos de conformação mecânica, contudo, induzem tensões em mais 

de uma única direção e diferentes estados de tensão podem existir dependendo das 

condições de carregamento e de contorno.  Estes estados de tensão podem ser 

apresentados na forma de uma matriz, comumente conhecida como tensor de tensão, 

apresentado na Figura 3.8.  

O tensor, designado como σji, é constituído de 3 tensões normais principais 

e 6 tensões de cisalhamento. Para um estado de tensão geral, há um conjunto de eixos das 

coordenadas ao longo dos quais as tensões de cisalhamento desaparecem. As tensões 

normais ao longo desses eixos, σ1, σ2 e σ3, são denominadas tensões principais. Por 

convenção, 𝜎1 é a tensão normal principal, algebricamente maior, e 𝜎3 é a tensão normal 

principal, algebricamente menor [54]. 

 

 

Figura 3.7 (a) Componentes de tensão atuando sobre um elemento infinitesimal; (b) Tensor que descreve 

o estado de tensão [55]. 

(a)     (b) 
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O tensor pode ser decomposto em um tensor hidrostático ou de tensões 

médias e em um tensor desviador. O tensor de tensão hidrostático ou médio envolve 

somente tração ou compressão pura, enquanto o tensor desviador representa a tensão 

cisalhante no estado de tensões total [56].  

 

3.4.1 Tensão Hidrostática 

 

A componente hidrostática do tensor de tensão produz apenas variações 

volumétricas elásticas, não causando deformação plástica. Embora a tensão de 

escoamento seja independente da tensão hidrostática, a deformação de fratura é 

fortemente influenciada por esta componente, tornando-a um parâmetro importante na 

análise da deformabilidade. 

O componente médio ou hidrostático, geralmente representado por 𝜎𝑚, é 

definido por: 

𝜎𝑚= 
𝜎1+ 𝜎2+𝜎3

3
     (Equação 3.3) 

Onde 𝜎1, 𝜎2 e 𝜎3 representam as tensões normais principais.  

A pressão hidrostática, P, definida como a tensão que causa as alterações 

volumétricas em um sólido, apenas redimensionando e não alterando a forma do volume, 

é dada por [57]: 

𝑃 = −𝜎𝑚            (Equação 3.4) 

 

Diversos estudos têm abordado o papel do estado de tensão na 

deformabilidade [56-63]. Foi demonstrado que na conformação sob tensão compressiva 

deformações significativamente mais altas podem ser alcançadas antes da fratura, em 

comparação a processos dominados por tensões de tração. Ou seja, para um determinado 

material, temperatura e velocidade de deformação, quanto maior a tensão média ou 

hidrostática compressiva, melhor a deformabilidade de um material [25]. Mesmo 

materiais frágeis podem ser significativamente deformados plasticamente se a pressão 

hidrostática for suficientemente alta. Por exemplo, um material pode ter uma baixa 

deformabilidade para uma determinada operação de conformação, onde a pressão 

hidrostática média é baixa, no entanto, se for empregado em um processo diferente, no 
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qual a pressão hidrostática média é maior, o mesmo material poderá ser 

consideravelmente deformado [66]. 

Tensões hidrostáticas de compressão dificultam e podem até mesmo impedir 

a propagação de microtrincas. OSAKADA et al. (1977) realizaram testes de tração e 

torção em ferro puro e cinco tipos de aços carbono simples sob várias pressões 

hidrostáticas. Foi demonstrado que a deformação na qual os vazios são nucleados, dando 

início a propagação de trincas no material, é significativamente ampliada conforme a 

pressão hidrostática aumenta [67,68].  

FRENCH et al. (1973) analisaram o efeito da pressão hidrostática na fratura 

do latão-β e do latão-α submetidos a tração. Verificou-se que para um determinado nível 

de pressão hidrostática, que depende do material, a deformação na fratura aumenta 

linearmente com o aumento da pressão hidrostática devido à supressão da nucleação e do 

crescimento de vazios [69,70]. CHEN (1961), por outro lado, apresentou evidências que 

sugerem que a tensão hidrostática influencia apenas o crescimento e não a nucleação de 

vazios [71]. 

 

3.4.2 Fator de Triaxialidade 

 

A tensão hidrostática não é o único parâmetro utilizado para caracterizar o 

estado de tensão em um corpo submetido à deformação plástica. O fator de triaxialidade, 

η, tem sido amplamente estudado, principalmente para análise do efeito dos estados de 

tensão na fratura de materiais dúcteis. Este parâmetro relaciona a tensão hidrostática, 𝜎𝑚, 

com a tensão equivalente de von Mises, 𝜎𝑒𝑞., expresso por: 

𝜂 =
𝜎𝑚

𝜎𝑒𝑞.
     (Equação 3.5) 

Os estudos sobre o efeito do fator de triaxialidade na deformabilidade foram 

restritos, por muito tempo, principalmente, ao regime de alta triaxialidade, através de 

ensaios de tração de amostras entalhadas, e triaxialidades negativas, mediante ensaios de 

compressão. Por este motivo, inicialmente acreditou-se que a relação entre o fator de 

triaxialidade e a deformação equivalente na fratura fosse monotônica, com a deformação 

equivalente na fratura crescendo com a redução de η. Contudo, BAO e WIERZBICKI 
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(2004) desenvolveram novos projetos de amostras para uma ampla faixa de triaxialidades 

(-1/3 ≤ η ≤ 0,95) e verificaram que a relação entre a deformação equivalente na fratura e 

fator de triaxialidade é mais complexa, como mostra a Figura 3.8. 

 

Figura 3.8 Relação entre a deformação equivalente na fratura e o fator de triaxialidade [72]. 

 

É evidente que a deformação equivalente na fratura varia significativamente 

com o fator de triaxialidade. O modo como a falha do material ocorre também depende 

diretamente deste parâmetro [72-77]. Dessa forma, considerando estes dois aspectos, o 

estado de tensão geralmente é dividido em 4 faixas de triaxialidades:  

1. Triaxialidades elevadas (1/3 < η < ∞):  

A cima de η=1/3 a deformação equivalente na fratura diminui com o aumento 

do fator de triaxialidade. O estudo deste faixa de triaxialidades é realizado através de 

ensaios de tração em amostras entalhadas, em que a falha ocorre principalmente pela 

nucleação, crescimento e coalescência vazios. O valor de η=1/3 que limita esta faixa pode 

ser alterada dependendo do material. BAO e WIERZBICKI (2004) definiram o limite 

inferior da faixa de tensões elevadas como sendo igual a 0,4 para a liga de alumínio 2024-

T351 [72]. 

2. Triaxialidades intermediárias (0 < η < 1/3):  

Nesta faixa, a deformação equivalente na fratura aumenta com a elevação de 

η, atingindo um pico no fator de triaxialidade correspondente ao teste de tração uniaxial. 

Este estado de tensão é muito popular em vários processos, especialmente na 
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conformação de chapas, no corte, na usinagem e na perfuração [78]. Nestas condições, a 

fratura pode se desenvolver como uma combinação dos mecanismos de cisalhamento e 

nucleação, crescimento e coalescimento de vazios. 

3. Triaxialidades negativas (-1/3 <η ≤ 0):  

Nesta faixa de triaxialidades, estudada através de ensaios de compressão, a 

deformação equivalente na fratura diminui com o aumento de η, atingindo um valor 

mínimo em η=0, que corresponde ao cisalhamento puro. O dano nesta faixa η é de 

particular interesse uma vez que a maior parte dos processos de conformação mecânica, 

como laminação, forjamento e extrusão, envolve tensões hidrostáticas negativas [78]. 

Supõe-se que nesta faixa de η a falha seja causada pelo mecanismo de cisalhamento.  

4. Triaxialidades menores que -0,33 (-1/3 <η ≤ 0):  

Para triaxialidades inferiores à -0,33 assume-se que a fratura não ocorre 

independentemente da magnitude da deformação equivalente. Esta faixa de estados de 

tensão tem sido foco de diversos estudos experimentais que mostraram que o valor de 

corte de -0,33 pode variar de acordo com o material [79-81] 

  

3.4.3 Teoria de Escoamento de von Mises 

 

Um dos aspectos mais relevantes da teoria da plasticidade é o estabelecimento 

das condições em que o escoamento plástico do material inicia. Na carga uniaxial, como 

em um teste de tração, o início da deformação plástica macroscópica ocorre na tensão de 

escoamento, 𝑘𝑓. Para estados de tensão mais complexos, foram criados critérios 

empíricos para a definição do início da deformação plástica. Estes critérios correlacionam 

o início do escoamento plástico com uma combinação particular das tensões principais, 

definida como tensão equivalente, 𝜎𝑒𝑞 [82].  

Dentre os diversos critérios de escoamento que foram propostos até o 

momento, o Critério de von Mises se aproxima mais de resultados práticos.  

Adicionalmente, a Teoria de von Mises ainda apresenta vantagens por não depender do 

sinal das tensões individuais e não ser necessário o conhecimento de quais são as maiores 

https://www.sciencedirect.com/topics/engineering/extrusion
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e as menores tensões principais [87]. O Critério de von Mises considera todas as tensões 

que atuam no corpo submetido a deformação e pode ser expresso da seguinte forma:  

𝜎𝑒𝑞 =
1

√2
 [(𝜎1 − 𝜎2)2 + (𝜎2 − 𝜎3)2 + (𝜎3 − 𝜎1)2]1/2  (Equação 3.6) 

A deformação plástica terá início quando as diferenças entre as tensões 

principais dadas pelo lado direito da equação 3.6 excederem a tensão de escoamento 𝑘𝑓. 

 

3.5.Deformações  

 

Para investigar o escoamento plástico quantitativamente, é necessário definir 

as deformações. A deformação é definida em termos da variação nas dimensões de uma 

linha no corpo deformado. A deformação relativa, ε, é expressa por: 

𝜀 =
𝑙−𝑙0

𝑙0
=  

𝛥𝑙

𝑙0
           (Equação 3.7) 

Para grandes deformações, como as que ocorrem no forjamento, normalmente 

aplica-se o conceito de deformação verdadeira ou logarítmica, 𝜑: 

𝜑 = ln
𝑙

𝑙0
             (Equação 3.8) 

A deformação verdadeira e a deformação relativa são facilmente relacionadas 

por: 

φ = ln (𝜀 + 1)        (Equação 3.9) 

Na análise da deformabilidade, geralmente, utiliza-se o conceito de 

deformação equivalente, 𝜑𝑒𝑞, dada por: 

𝜑𝑒𝑞 =  [
2

3
(𝜑1

2 + 𝜑2
2 + 𝜑3

2)]
1/2

     (Equação 3.10) 

Onde 𝜑1 , 𝜑2 e 𝜑3 são as deformações verdadeiras, definidas pela equação 

3.8, nas três direções principais.  
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3.6. Velocidade de Deformação 

  

A velocidade de deformação, 𝜑̇, é definida como a variação da deformação 

verdadeira, 𝜑, em função do tempo, t. Se considerarmos um cilindro de altura, h, 

comprimido por ferramentas planas a uma velocidade de ferramenta, 𝑉𝐹, a velocidade de 

deformação é dada por [55]: 

𝜑̇ =
𝑑𝜑

𝑑𝑡
=

𝑑ℎ

ℎ

1

𝑑𝑡
=

𝑉𝐹

ℎ
            (Equação 3.11) 

O efeito da velocidade de deformação na deformabilidade depende 

significativamente das propriedades do material de trabalho. Em materiais sensíveis à 

velocidade de deformação, o aumento deste parâmetro eleva o nível de tensão necessária 

para que o material seja deformado plasticamente. Este efeito pode resultar em falhas 

devido ao aumento da resistência do material (encruamento).  

Em materiais com valores baixos de condutividade térmica e calor específico, 

elevadas velocidades de deformação podem aumentar a temperatura do material de 

trabalho devido ao aquecimento adiabático [2].  Nestes casos os mecanismos de 

recuperação tornem-se efetivos durante a deformação, reduzindo o efeito do 

encruamento, como pode ser visto na Figura 3.9 [83]. Este efeito pode resultar em 

deformação instável, dando origem a deformações localizadas ou bandas de 

cisalhamento. 

 

 

Figura 3.9 Efeito da elevação da velocidade de deformação na curva de escoamento do aço CE45E4 

esferoidizado [83]. 
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Apesar destes efeitos deletérios à deformabilidade, o aumento da velocidade 

de deformação também apresenta um efeito benéfico, uma vez que melhora a lubrificação 

na interface ferramenta-metal, desde que a película lubrificante possa ser mantida [25]. 

 

3.7.Atrito  

 

O atrito é um fenômeno físico que surge nas interfaces onde há movimento 

relativo entre o material e as ferramentas, sendo extremamente importante no trabalho 

mecânico dos metais [28]. Além de aumentar as forças de deformação, o atrito em excesso 

gera tensões elevadas tanto na peça quanto nas ferramentas, podendo limitar a 

deformabilidade de várias formas.  

A lubrificação inadequada pode acarretar na ruptura e no surgimento de 

trincas de forma prematura, impedindo que a deformação desejada seja alcançada. Além 

disso, o atrito elevado pode gerar diversos problemas associados ao acabamento 

superficial do produto, como a transferência de material da peça para as ferramentas, 

denominado pickup e a soldagem a frio localizada entre a ferramenta e a peça, 

denominada galling. O atrito elevado ainda intensifica o desgaste das ferramentas devido 

ao aumento das tensões interfaciais [56].  

No forjamento a frio de aços, condições tribológicas extremas são 

desenvolvidas. A expansão da superfície pode atingir valores até 3000%, a pressão 

normal na interface da ferramenta pode chegar a 2500 MPa e a temperatura média da 

ferramenta pode atingir até 600°C [84]. Nestes processos, o controle do atrito e a 

otimização do sistema de lubrificação tornam-se ainda mais importantes para garantir a 

produção livre de defeitos. Revisões completas sobre o atrito e a lubrificação em 

operações de forjamento a frio podem ser encontradas em [84, 85]. 

Do ponto de vista da fratura dúctil, o efeito do atrito pode ser observado 

analisando-se um ensaio de compressão com atrito. Durante a compressão de uma 

amostra cilíndrica entre matrizes planas o atrito restringe o escoamento radial do material 

na interface ferramentas-amostra. Na altura média da amostra, por outro lado, a material 

escoa livremente gerando uma superfície protuberante, conforme mostrado no corpo de 

prova na Figura 3.10.  Esse abaulamento resulta no desenvolvimento de tensões de tração 

na direção circunferencial do cilindro. Nos casos de embarrilamento severo, a tensão axial 
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na superfície em expansão também pode se tornar de tração. O estado de tensão resultante 

na superfície do cilindro, predominantemente de tração, gera condições para que a fratura 

prematura do material ocorra.   

Durante a compressão, o atrito ainda gera uma distribuição não homogênea 

da deformação no material, formando três zonas de deformação distintas na seção 

longitudinal, conforme mostrado na Figura 3.10 [25]. 

 

 

Figura 3.10 Zonas de deformação geradas durante a compressão de uma amostra cilíndrica com atrito 

[25]. 

 

Durante a compressão, a região de metal não-deformado criada próxima às 

superfícies das ferramentas  (Figura 3.10) pode se aproximar e até mesmo se sobrepor, 

causando um acréscimo na força necessária para gerar um dado incremento de 

deformação. Assim, na compressão de amostras cilíndricas, para um diâmetro inicial fixo, 

𝑑0, quanto menor a altura inicial, ℎ0, maior será a força axial necessária para produzir a 

mesma redução em altura devido à região não-deformada relativamente maior. Por esta 

razão, uma das maneiras comumente utilizadas para minimizar a deformação não 

uniforme e o embarrilamento é utilizar um valor alto de ℎ0/𝑑0 [56]. 

KOBAYASHI (1970) analisou o efeito do atrito na deformabilidade através 

da compressão de amostras cilíndricas do aço SAE 1040 em diferentes condições de 

atrito. Como mostra a Figura 3.11, conforme o coeficiente de atrito aumentou a redução 

em altura que o material suporta sem a ocorrência de trincas foi significativamente 

reduzida [86].  
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Figura 3.11 Efeito do atrito na deformabilidade [86]. 

  

3.7.1 Coeficiente de Atrito 

 

Por se tratar de um fenômeno de extrema relevância nas operações que 

envolvem deformação plástica, foram desenvolvidos parâmetros para quantificar o atrito. 

A maioria das análises dos processos de conformação mecânica tem sido realizada 

usando-se o coeficiente de atrito, μ [56]. 

O coeficiente de atrito, μ, expressa de forma adequada o atrito quando a carga 

normal entre as superfícies em contato é relativamente baixa. Nestas condições o contato 

efetua-se ao nível das asperezas, isto é, o contato é limitado aos picos mais elevados que 

definem a rugosidade da superfície. Esta situação é ilustrada pela Figura 3.12, que 

apresenta a observação microscópica de duas superfícies em contato, sujeitas a uma carga 

normal, P [28]. 

 

Figura 3.12 Representação esquemática do contato entre a superfície da peça e da ferramenta para 

valores baixos de pressão aplicada [28]. 



 
 

47 
 

É possível verificar que a área real de contato, Ar, é menor do que aquela 

aparente, Aa. Assim, a dimensão da área real de contato entre as asperezas, Ari, está 

diretamente relacionada com o valor da carga aplicada entre as duas superfícies que pode 

ser expressa através de: 

𝑃 = ∑ 𝑝𝑟𝐴𝑟𝑖𝑖       (Equação 3.12) 

Onde pr representa a pressão real de contato entre as asperezas. 

O escoamento lateral do metal, impulsionado pela aplicação da carga normal 

de contato, ocasiona o surgimento de tensões cisalhantes nas superfícies da ferramenta 

em contato com a peça. Este cisalhamento superficial opõe-se ao movimento, assim, a 

força tangencial, Ft, necessária para superar a restrição gerada pelo atrito e promover o 

movimento relativo entre as superfícies dependerá não somente da área real de contato, 

mas também da tensão de cisalhamento associada ao atrito, 𝜏𝑟, sendo expressa por [28]: 

𝐹𝑡 = ∑ 𝜏𝑟𝐴𝑟𝑖𝑖      (Equação 3.13) 

Na teoria de Amonton-Coulomb relativa a mecânica do contato entre corpos 

sólidos, o coeficiente de atrito, μ, é definido como o quociente entre a força tangencial e 

a força normal aplicada. Assim, o parâmetro é independente das áreas real e aparente de 

contato, sendo única e exclusivamente proporcional às forças aplicadas e, 

consequentemente, as tensões desenvolvidas entre as duas superfícies, como mostra a 

equação [28]: 

𝜇 =
𝐹𝑡

𝑃
=

∑ 𝜏𝑟𝐴𝑟𝑖𝑖

∑ 𝑝𝑟𝐴𝑟𝑖𝑖
=

𝜏𝑟

𝑝𝑟
     (Equação 3.14) 

Visto que teoria da plasticidade estipula que a tensão de cisalhamento devido 

ao atrito pode ser no máximo igual à tensão limite de escoamento em cisalhamento, k, 

para níveis elevados de pressão de contato a proporcionalidade entre a tensão de 

cisalhamento e a pressão normal de contato não é mais válida e o coeficiente de atrito não 

representa de forma eficaz as condições de atrito desenvolvidas, ficando restrito ao 

intervalo 0 < μ ≤ 1/√3. 
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3.7.2 Ensaio do Anel 

 

Existem diversas abordagens para a definição de μ nos processos de 

conformação mecânica. Uma técnica particularmente útil e amplamente divulgada é o 

ensaio do anel [87]. Este teste baseia-se na compressão axial de anéis com uma relação 

entre as dimensões do diâmetro externo, De, diâmetro interno, Di, e espessura, s, de 6:3:2. 

As condições de atrito são determinadas medindo-se a percentagem de variação no 

diâmetro interno do anel para diferentes níveis de redução em altura da amostra.  

Para condições ideais de lubrificação, quando não existe atrito, o anel 

expande-se uniformemente e o material movimenta-se radialmente, como mostra a Figura 

3.13(a). Conforme o atrito aumenta, para uma mesma redução em altura, o diâmetro 

interno do anel tem sua expansão restringida até que, para valores mais elevados de atrito, 

o diâmetro interno, Di, decresce, conforme mostra a Figura 3.13(b). 

Curvas de calibração que relacionam a variação do diâmetro interno, a 

redução em altura, e μ podem ser calculadas através da análise analítica de Avitzur. A 

Figura 3.13(c) mostra uma curva de calibração típica. Atualmente, as curvas de calibração 

são rapidamente construídas a partir de softwares de simulação numérica, através de 

diversas simulações do processo de compressão do anel, onde são variados os níveis de 

deformação em altura e os valores do coeficiente de atrito, μ.  

 

 

Figura 3.13 Representação esquemática da variação do diâmetro interno de amostras do ensaio do anel 

após a compressão com (a) boas condições de lubrificação e (b) lubrificação deficiente.(c) Curvas de 

calibração do ensaio do anel para a determinação do coeficiente de atrito, μ. 

 

(a)   (b)          (c) 
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A quantificação do atrito não só auxilia na definição do melhor lubrificante a 

ser empregado, bem como, é importante para prever os efeitos deletérios do atrito nos 

processos de conformação. Definido μ, este é inserido nos softwares de simulação, 

caracterizando as condições de atrito e permitindo a previsão de importantes parâmetros 

desenvolvidos no processo, como forças e distribuição de tensões que são amplamente 

influenciadas pelo atrito.  

 

3.8.Tensão de Escoamento  

 

Para entender como as tensões envolvidas nos processos de conformação 

afetam a deformabilidade é necessário a definição do conceito de tensão de escoamento. 

Quando as tensões atuantes sobre um metal, em condições de carregamento uniaxial, 

atingem um determinado valor conhecido como tensão ou resistência ao escoamento, 𝑘𝑓, 

tem-se o início do escoamento ou deformação plástica do material.  

Este valor de tensão é influenciado por diversos fatores associados ao 

processo de deformação, como a deformação, 𝜑, a velocidade de deformação, 𝜑̇ e a 

temperatura, T, e fatores relacionados ao material, como a composição química, 

microestrutura, segregação e histórico de deformação. 

De um modo geral, qualquer fator, esteja ele associado ao material ou ao 

processo, que aumente a tensão de escoamento do metal de trabalho tem efeito negativo 

sobre a deformabilidade. A tensão de escoamento determina quais tensões devem ser 

geradas no material, para que a deformação plástica se instale e possa ser mantida. Dessa 

forma, a elevação de 𝑘𝑓 gera uma redução da deformabilidade do material, uma vez que 

para maiores resistências, as tensões necessárias para a fratura são alcançadas mais cedo. 

A tensão de escoamento ainda determina, em conjunto com a geometria da peça e as 

condições de atrito, as tensões que atuam nas ferramentas. Materiais com tensão de 

escoamento e coeficiente de encruamento elevados impõem maiores esforços nas 

ferramentas podendo limitar a complexidade geométrica da peça, já que elementos 

complexos levam a um aumento da tensão, podendo exceder a resistência do material da 

ferramenta. 
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Através da curva de escoamento, que relaciona a tensão de escoamento com 

a deformação verdadeira, é possível estabelecer parâmetros importantes dos processos de 

conformação mecânica como força, energia e potência, além das distribuições de tensões, 

deformações e temperaturas. Dessa forma, as curvas de escoamento são indispensáveis 

no planejamento dos processos de fabricação e, atualmente, são inseridos em programas 

de simulação numérica que permitem a otimização desses processos [88]. 

A influência da temperatura na tensão de escoamento pode ser negligenciada 

em operações a frio que são realizadas a velocidades baixas, uma vez que o aumento de 

temperatura é pequeno. Para essas condições, devido à forma convexa da curva de 

escoamento, a tensão de escoamento, 𝑘𝑓, em função da deformação verdadeira, 𝜑, pode 

ser representada pela Equação de Hollomon, dada por [89]: 

𝑘𝑓 = 𝐾. 𝜑𝑛    (Equação 3.15) 

Onde K é o coeficiente de resistência, que depende do material e das 

condições de ensaio, e n é o coeficiente de encruamento do material. Para a grande 

maioria dos metais o valor de n varia entre 0,1 e 0,5. 

As curvas de escoamento são determinadas por ensaios mecânicos. A escolha 

apropriada do método de teste depende do processo de conformação a ser simulado, os 

comumente empregados são o de tração, o de compressão e o de torção [90].  

 

3.8.1 Ensaio de Tração 

 

O ensaio de tração consiste em submeter um corpo de prova, como o 

apresentado na Figura 3.14, a uma carga de tração continuamente crescente, com 

velocidade constante, até que se atinja a fratura. Durante o ensaio registra-se a variação 

do comprimento na zona de referência do corpo de prova (seção transversal reduzida e 

uniforme) e a variação da força, F. Com estes dados são calculadas a tensão de 

escoamento 𝑘𝑓 e a deformação verdadeira, 𝜑, a partir das equações:  

𝑘𝑓 =
𝐹

𝐴
     (Equação 3.16) 

𝜑 = ln
𝑙

𝑙0
             (Equação 3.17) 
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Onde 𝑙0 e 𝑙 são o comprimento de referência inicial e instantâneo do corpo de 

prova, e  𝐴 é a área de seção transversal instantânea da amostra. 

 

 

Figura 3.14 Desenho esquemático de um corpo de prova submetido à carga de tração e (b) curva de 

escoamento típica obtida no ensaio. 

 

A extensão da deformação no teste é limitada pela formação de uma região 

de pescoço na amostra (estricção) que introduz um estado de tensão triaxial à tração e 

leva à fratura. Assim, o teste possibilita resultados confiáveis apenas para baixas 

deformações [25]. Para a maioria dos metais, a deformação uniforme que precede a 

estricção raramente excede uma deformação verdadeira de 0,5 [91]. Se resultados para 

níveis superiores de deformação forem necessários, frequentemente, os dados são 

extrapolados, representando uma possível fonte de erros.  

O teste de tração é amplamente utilizado para determinar as propriedades 

mecânicas que são de extrema importância na elaboração de projetos e no controle de 

especificações de matéria prima. Alguns dos principais resultados do ensaio estão 

ilustrados na Figura 3.15 que mostra um exemplo típico de diagrama de engenharia. 

O diagrama de engenharia é a forma de representação dos resultados de testes 

de tração em que as medidas de força são convertidas em tensão de engenharia, σ, e o 

deslocamento é convertido na deformação relativa, ε (Equação 3.8).  A tensão de 

engenharia, σ, é baseada na área inicial da seção transversal da amostra, A0, antes da 

aplicação da carga e é dada por: 

𝜎 =
𝐹

𝐴0
      (Equação 3.18)  
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Figura 3.15 Resultados extraídos da curva de engenharia obtida no ensaio de tração. 

  

Apesar do alongamento uniforme, alongamento total e a redução de área na 

fratura (Figura 3.15) serem frequentemente usados como índices de ductilidade, a 

utilidade do teste de tração para avaliar a deformabilidade é limitada. Isso se deve a 

ocorrência da estricção, que dificulta o controle da velocidade de deformação e leva a 

incertezas sobre o valor da deformação na fratura devido às tensões complexas resultantes 

da estricção.  

 

2.8.2 Ensaio de Compressão 

 

O ensaio de compressão para construção da curva de escoamento consiste na 

aplicação de uma força axial compressiva uniformemente distribuída em toda a seção 

transversal de um corpo de prova cilíndrico, sendo registrada durante o ensaio, 

simultaneamente, a variação no comprimento como função da carga aplicada. Através 

destes dados, a tensão de escoamento, 𝑘𝑓, é definida a partir da equação 3.16, enquanto a 

deformação verdadeira, 𝜑, é calculada por: 

𝜑 = ln
ℎ

ℎ0
             (Equação 3.19) 

Onde ℎ0 e ℎ são a altura inicial e instantânea do corpo de prova, como mostra 

a Figura 3.16. 
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Figura 3.16 Desenho esquemático do ensaio de compressão. 

  

Além da curva de escoamento, o ensaio de compressão também fornece 

resultados importantes referentes à deformabilidade. A redução em altura em que a fratura 

da amostra é detectada, denominada redução crítica, 𝑅𝑐, é comumente utilizada como 

limite de deformabilidade [2]. 

O ensaio de compressão uniaxial apresenta duas vantagens importantes: As 

tensões envolvidas no ensaio têm a mesma natureza das tensões desenvolvidas na maioria 

dos processos tecnológicos, em que estados de tensão são basicamente compressivos; e, 

são obtidos resultados confiáveis para níveis elevados de deformação, uma vez que não 

há a limitação gerada pela estricção [92].  Para materiais dúcteis, as curvas obtidas por 

compressão uniaxial podem se estender para deformações superiores a 2,0 [56].  

Por outro lado, o ensaio apresenta como limitação importante: o efeito do 

atrito gerado nas interfaces de contato entre a amostra e as matrizes planas de compressão. 

Além de dificultar a manutenção da compressão homogênea ao gerar o embarrilamento 

da amostra, o atrito causa o acréscimo da força necessária para gerar um dado incremento 

de deformação alterando a curva de escoamento. Por este motivo, além da lubrificação, 

outras práticas foram desenvolvidas para tentar reduzir o efeito do atrito. SIEBEL e 

POMP [93] propuseram deformar a amostra entre cones para evitar o embarrilamento.  

No entanto, apesar de eliminar o embarrilamento, o método gera uma distribuição de 

tensões não uniforme durante o ensaio.  

Outra abordagem consiste na usinagem de ranhuras concêntricas nas faces 

das amostras de forma que o lubrificante seja retido [94-97]. A realização dos testes de 

compressão em incrementos de deformação permitindo a troca de lubrificantes nos 

intervalos também é uma técnica que pode reduzir o efeito do atrito [97].  
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A intensidade do efeito do atrito e do embarrilamento da amostra durante a 

compressão é fortemente influenciada pela relação entre as dimensões iniciais do cilindro. 

Baseado neste conceito, o método de extrapolação para eliminação do efeito do atrito na 

curva de escoamento tem sido empregado [98-100]. No método, cilindros com diferentes 

razões entre a altura e diâmetro inicial (ℎ0/𝑑0) são comprimidos e diferentes relações 

entre a tensão de escoamento, 𝑘𝑓, e a deformação verdadeira, φ, são obtidas.  Estes 

resultados são relacionados com a razão entre as dimensões finais das amostras para que 

o efeito do atrito seja removido e a curva de escoamento do material seja construída de 

forma precisa.  

 

3.9.Fatores Metalúrgicos dos Aços 

 

O ciclo de produção dos aços, incluindo as diversas etapas de conformação 

para melhoria da qualidade interna e da superfície, pode introduzir, no material, 

descontinuidades prejudiciais a deformabilidade. Imperfeições como segregação e 

porosidade são defeitos em potencial e, uma vez presentes nos lingotes, podem ser 

passados para a forma forjada ou acarretar a fratura prematura durante o processamento 

[25].  

Para possuir uma boa deformabilidade o material deve apresentar uma 

distribuição uniforme das propriedades mecânicas. Contudo, na prática, as propriedades 

do material não são distribuídas uniformemente ao longo do billet. As propriedades 

mecânicas variam ao longo da seção transversal, geralmente, como resultado do processo 

de fabricação, consequência da segregação de elementos de liga ou impurezas. 

As etapas de tratamento térmico que precedem a conformação mecânica 

também podem prejudicar a qualidade do material. Um exemplo é a descarbonetação da 

camada superficial gerada pelo contato do material com atmosferas oxidantes durante o 

aquecimento [2].  

Todos estes aspectos podem afetar a deformabilidade do material. Além 

disso, as propriedades relativas à ductilidade do material ainda dependem, 

fundamentalmente, da composição química, da microestrutura e do conteúdo de inclusões 

do aço. 
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3.9.1 Composição Química 

 

A composição química de um aço deve, em conjunto com o tratamento 

térmico, garantir as propriedades exigidas durante o seu processamento e aplicação final.  

No forjamento a frio, o material é submetido à extensa deformação plástica e a 

composição química deve ser adequada para garantir, especialmente, ductilidade 

satisfatória. Além disso, o efeito da composição na curva de escoamento, principalmente 

no limite de escoamento e no coeficiente de encruamento, é de extrema relevância do 

ponto de vista da deformabilidade. Diante disso, a seguir é apresentada uma breve síntese 

do efeito dos principais elementos presentes nos aços na deformabilidade. 

Um maior teor de liga, geralmente, reduz a ductilidade dos aços. Para garantir 

uma boa deformabilidade, o teor de carbono deve ser mantido baixo, uma vez que este 

elemento aumenta fortemente a tensão de escoamento e o coeficiente de encruamento. 

Em teores de carbono entre 0,40 e 0,55 existe uma maior tendência à segregação central, 

favorecendo a formação de trincas internas. Elementos de liga com forte tendência a 

segregação, como S, Mn ou Mo também favorecem este fenômeno [2]. 

Os elementos Si, Mg, Ni, Mo e P também aumentam significativamente a 

tensão de escoamento e o coeficiente de encruamento. Os teores destes elementos devem 

ser mantidos o mais baixo possível, para garantir ao material boa ductilidade.  

O S tem um fraco efeito sobre a tensão de escoamento e o coeficiente de 

encruamento do aço resfriado ao ar devido a sua ligação com manganês. Por outro lado, 

devido à formação de inclusões de MnS, ele tem um efeito negativo muito forte no limite 

de compressão. O S ainda melhora a usinabilidade, reduzindo o desgaste das ferramentas 

de alta velocidade e melhorando o acabamento superficial. 

O efeito do Cr na tensão de escoamento e no coeficiente de encruamento é 

pouco expressivo em aços recozidos e um pouco maior em aços resfriados ao ar. Em 

comparação com outros elementos de liga, como Mn, Mo ou Ni, o Cr é menos prejudicial 

ou pode até mesmo ser benéfico a deformabilidade. 

Além de aumentar a tensão de escoamento e o coeficiente de encruamento, o 

N pode gerar o envelhecimento por deformação a temperaturas entre 150 e 300ºC, que 

podem ser alcançadas durante o forjamento a frio, aumentando ainda mais a resistência 

mecânica do aço. Por estes motivos, o conteúdo de N em solução deve ser mantido baixo, 

ligando-o a elementos formadores de nitretos, como Al, V, Ti e Nb. 



 
 

56 
 

O teor de B nos aços geralmente não ultrapassa 0,003, não apresentando, na 

prática, efeito sobre a resistência mecânica do metal. Este elemento, capaz de aprimorar 

a temperabilidade dos aços, também pode afetar a ductilidade. Quando se liga ao N para 

formar grandes partículas de nitretos, o boro pode ser significativamente prejudicial à 

ductilidade do material. Além disso, a resistência ao crescimento dos grãos é 

enfraquecida, uma vez que há menos N livre para formar finos nitretos e impedir o 

movimento dos limites dos grãos.  

Elementos residuais como Cu, Ni, Mo, individualmente, pouco afetam as 

propriedades do aço, no entanto, a soma dos seus efeitos pode aumentar 

significativamente a resistência da matriz de ferrita por solução sólida [2]. 

 

3.9.2 Conteúdo de Inclusões 

 

Como discutido na seção 3.2.1, a fratura dúctil se inicia com a nucleação de 

vazios, geralmente, junto a partículas de segunda fase. Devido à grande diferença na 

resistência mecânica entre inclusões não-metálicas e a matriz do aço, a maioria das falhas 

inicia-se nestas partículas [101-105]. Assim, embora tenha praticamente nenhum efeito 

na resistência dos aços, a fração volumétrica e à morfologia das inclusões afetam 

significativamente a ductilidade, particularmente, na direção transversal [106,107].  

As inclusões não metálicas presentes nos aços comerciais podem ser 

classificadas em três grupos [106]: 

1. Inclusões macroscópicas de origem exógena e com tamanho superior a várias 

centenas de μm. 

2. Inclusões microscopicamente pequenas com tamanho de até 100μm. 

3. Inclusões de tamanho submicroscópico, como óxidos esféricos.  

As inclusões pertencentes às classes 2 e 3 são as predominantes em aços 

comerciais. A ductilidade do aço é influenciada principalmente por inclusões da classe 2, 

especialmente, por longarinas de MnS e silicatos. COX e LOW (1974) investigaram a 

influência do tamanho das partículas de MnS no aço AISI 4340 na nucleação de vazios e 

verificaram que a nucleação de vazios no aço de alta pureza, com menor tamanho médio 

de inclusão, ocorreu em deformações mais altas [108]. 
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Durante a laminação a quente, inclusões como sulfetos e silicatos, tendem a 

se alongar na direção da deformação [3]. Como resultado, as propriedades mecânicas dos 

aços podem variar significativamente de acordo com a direção da solicitação, efeito 

conhecido como anisotropia. A anisotropia gerada por inclusões alongadas reduz a 

resistência à fratura, a tenacidade e a ductilidade dos aços na direção normal a deformação 

[2]. O efeito das inclusões na ductilidade dos aços pode ser visto na Figura 3.17. É 

possível observar que a deformação na fratura durante testes de tração é 

consideravelmente menor na direção transversal devido à presença de inclusões 

alongadas. 

 

 

Figura 3.17  Efeito dos sulfetos na ductilidade do aço. [109]. 

 

A ductilidade pode ser significativamente melhorada através do controle da 

morfologia das inclusões. Dependendo do material e das técnicas de pós-processamento 

empregadas, as inclusões de MnS se transformam em formas globulares ou de placas 

[110,111]. A adição de pequenas quantidades de Ca, Ti ou terras raras garantem uma 

ductilidade melhorada aos aços, como mostra a Figura 3.18.. Estes elementos reagem com 

o S e formam inclusões duras que permanecem esféricas durante o trabalho mecânico.  Se 

o custo adicional for justificado, técnicas para redução do conteúdo de inclusão ainda 

podem ser adotadas, como dessulfuração ou refusão a vácuo.  
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Figura 3.18  Efeito do controle da forma das inclusões no aumento da ductilidade em um aço 

microligado [112]. 

 
 

3.9.3 Microestrutura 

 

Aços resfriados lentamente apresentam uma microestrutura constituída de 

carbonetos distribuídos em uma matriz ferrítica. A fração volumétrica, morfologia e 

distribuição dos carbonetos na ferrita tem um efeito significativo na deformabilidade. 

Carbonetos esferoidizados propiciam uma deformabilidade melhorada, sendo a condição 

mais utilizada em operações de conformação a frio. Carbonetos lamelares, em 

comparação, geram um ganho de resistência. Este ganho de resistência é observado 

através de um aumento significativamente maior na resistência máxima do que na 

resistência ao escoamento, evidenciando que a presença de perlita aumenta o coeficiente 

de encruamento do aço [113].  

A ductilidade diminui sistematicamente com o aumento do conteúdo de 

perlita devido à fragilidade das lamelas de carbonetos duros em comparação com a matriz 

ferrítica. A facilidade da fratura das lamelas, em comparação a matriz ferrítica, pode 

resultar no desenvolvimento de uma série de vazios, mesmo em deformações 

relativamente pequenas. Se o comportamento geral do aço é frágil ou dúctil depende da 

resposta da matriz de ferrita a essas microfissuras. Esta resposta depende da temperatura 

e da velocidade de deformação, que, em conjunto, determinam a capacidade do aço a 

ceder a concentrações de tensão localizadas [113]. 
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O efeito da morfologia das partículas na deformabilidade pode ser entendido 

através da forma distinta como o mecanismo de fratura dúctil se desenvolve na estrutura 

lamelar e esferoidizada. Na microestrutura perlítica (Figura 3.19), inicialmente, uma 

trinca é formada em uma lamela de carboneto paralelo a direção da tensão de tração. Em 

seguida, trincas se formam nas lamelas de carboneto adjacentes devido à deformação das 

lamelas de ferrita. Finalmente, uma zona de cisalhamento concentrada a cerca de 50º do 

eixo de tração causa a fissuração das lamelas de carbonetos e de ferrita adjacentes. Os 

vazios crescem e coalescem para formar a fratura dúctil [113]. 

Por outro lado, quando os carbonetos estão esferoidizados, a fissuração dos 

carbonetos é muito mais difícil e a ductilidade aumenta. A fissuração de carbonetos 

esferoidizados é mais difícil porque as discordâncias na matriz ferrítica podem contorná-

los mais facilmente do que os carbonetos em forma de lamelas e, dessa maneira, evitar 

que se desenvolvam altas tensões por empilhamentos de discordâncias. Além disso, a 

tensão produzida nas partículas esféricas é menor do que nos carbonetos lamelares, uma 

vez que a área de contato entre carbonetos esferoidizados e a matriz é menor [113]. 

 

 

Figura 3.19 Mecanismo sugerido para a fratura da perlita. (a) Trincas em uma lamela de carboneto; (b) 

zona de cisalhamento em desenvolvimento na ferrita, causando fissuras nas lamelas adjacentes; (c) e (d) 

formação de vazios e coalescência [114]. 

 
A resposta distinta das microestruturas perlítica e esferoidizada ao 

carregamento mecânico pode ser observada esquematicamente na Figura 3.20. Na 

microestrutura perlítica, a deformação das lamelas de ferrita é localizada em uma faixa 

de cisalhamento e a deformação necessária para que as trincas coalesçam é pequena. Na 

microestrutura esferoidizada, a deformação da matriz de ferrita torna-se localizada 

somente após grande deformação e o nível de deformação necessário para coalescer os 

vazios é grande.  

(a)                 (b)                         (c)                          (d) 
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Figura 3.20 Mecanismo de fratura na microestrutura (a) perlítica e (b) esferoidizada [114]. 

 

O efeito da fração volumétrica e da morfologia dos carbonetos na ductilidade 

pode ser observado na Figura 3.21. A maior ductilidade do aço esferoidizado é 

particularmente evidente para baixos volumes de carboneto.  

 

  

Figura 3.21 Influência da fração volumétrica de carbonetos na ductilidade em torção de várias ligas de 

Fe-C [115]. 

 

NAKASE (1988) avaliou a influência do espaçamento interlamelar na 

ductilidade de aços perlíticos. Segundo o estudo, a redução do espaçamento dificulta a 

nucleação de trincas, contudo, quando estas já estão nucleadas, o menor espaçamento 

interlamelar facilita a propagação subsequente, uma vez que o espaçamento entre as 

microtrincas é reduzido. A Figura 3.22 mostra a relação entre a redução de área em 

ensaios de tração e o espaçamento interlamelar para diferentes aços [116].  

                     (a)                   (b)                                
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Figura 3.22 Relação entre a redução de área e o espaçamento interlamelar [116]. 

 

O tamanho e a estrutura dos grãos também influenciam a deformabilidade. O 

aumento do tamanho do grão geralmente reduz a deformabilidade, uma vez que as trincas 

podem se iniciar e se propagar facilmente ao longo dos limites de grãos [25]. O efeito do 

tamanho de grão na deformabilidade de um aço Fe-Cr-Ni-N pode ser visto na Figura 3.23 

[117].  

 

Figura 3.23- Efeito do tamanho de grão na deformação na fratura de um aço Fe-Cr-Ni-N (Adaptado de 

[117]). 
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Vale ressaltar que o tamanho de grão do material é alterado quando as peças 

são trabalhadas a frio. Peças forjadas a frio geralmente passam por diversas operações de 

conformação e a alteração na estrutura dos grãos após cada operação deve ser considerada 

no projeto. Entre os estágios de conformação, o grau de deformação a frio passa a 

controlar o tamanho de grão, com uma alta deformação a frio resultando no refino dos 

grãos. Grãos refinados aumentam o limite de escoamento e o coeficiente de encruamento 

dos aços, o que também deve ser considerado [2]. 

 

3.10. Critérios de Deformabilidade 

 

Devido à natureza complexa da deformabilidade, não há um teste único que 

possa ser usado para avaliá-la. É necessário combinar testes primários, como o de tração 

e compressão, que estabelecem a ductilidade do material em uma condição padronizada, 

com critérios de fratura e testes que simulam as condições do processo de interesse [25]. 

Através do estabelecimento de critérios de deformabilidade as condições 

seguras de processamento são definidas. É preferível que mais de um critério seja 

especificado para que uma análise completa da mecânica da deformação em termos de 

diferentes variáveis do processo seja obtida. 

Na análise da deformabilidade no forjamento a frio, os estudos experimentais 

se concentram, principalmente, na determinação do Diagrama Limite de Deformabilidade 

e na previsão de defeitos através do emprego de critérios de fratura dúctil [48]. 

 

3.11.Diagrama Limite de Deformabilidade  

  

Uma das ferramentas de projeto mais úteis e bem-sucedidas na análise da 

deformabilidade na conformação maciça é o Diagrama Limite de Deformabilidade 

(Fracture Forming Limit Diagram-FFLD) mostrado na Figura 3.24 [25]. No diagrama, a 

Linha Limite de Deformabilidade do material é apresentada em função das duas 

deformações superficiais principais, apontando as condições seguras de processamento. 
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Figura 3.24 Exemplo de diagrama de deformabilidade [25]. 

 

O diagrama é construído a partir de ensaios de compressão de amostras 

cilíndricas. Durante a compressão, a superfície lateral do cilindro, em expansão, assume 

a forma de barril e a fratura na superfície livre ocorre, iniciando a meia altura. Para definir 

o limite de deformabilidade do material, o sistema de coordenadas cilíndricas 

convencional (𝑟, 𝜃, 𝑧) é assumido e os componentes de deformação da superfície externa 

do cilindro são calculados. As deformações circunferencial, 𝜑𝜃, e axial, 𝜑𝑧 que se 

desenvolvem á meia altura da amostra são calculados desde o início da compressão até o 

momento em que a fratura é observada. A evolução das deformações durante a 

compressão é denominada trajetória ou caminho de deformação. A união dos pontos 

finais das trajetórias de deformação, que correspondem aos valores de 𝜑𝜃 e 𝜑𝑧 no 

momento da fratura, gera a Linha Limite de Deformabilidade.  

Esta técnica tem sido amplamente empregada por vários pesquisadores [118-

140] por possibilitar o estudo de fraturas sob estado combinado de tensões. Durante a 

compressão, devido ao atrito, ocorre o embarrilamento do cilindro. Este fenômeno resulta 

no desenvolvimento de tensões trativas na direção circunferencial e uma diminuição na 

magnitude da tensão axial abaixo da média da resistência à compressão do material. Nos 

casos de embarrilamento severo, a tensão axial pode se tornar de tração. Através da 

variação da relação entre a altura e o diâmetro inicial do cilindro e das condições de atrito, 

a severidade do embarrilamento pode ser controlada. Assim, uma variedade de estados 
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de tensão e de deformação pode ser gerada nas regiões equatoriais dos cilindros, 

fornecendo um teste conveniente para o estudo da fratura [4].  

 

3.11.1 Trajetórias de Deformação 

 

A Figura 3.24 mostra que para compressão sem atrito a razão entre as 

deformações principais é -0,5. A deformação neste caso é denominada homogênea, 

porque o único componente de tensão na superfície da amostra é a tensão axial, distribuída 

uniformemente em toda a amostra. Nesta condição, os mecanismos de fratura não podem 

ocorrer, pelo menos em teoria. Devido ao atrito, e consequente embarrilamento, os 

caminhos de deformação se curvam para cima, desviando da trajetória de deformação 

homogênea.  

Na compressão, a inclinação das trajetórias de deformação depende da 

severidade do embarrilamento. A extensão do embarrilamento, por sua vez, depende do 

atrito na interface de contato entre as ferramentas e o material de trabalho, bem como da 

geometria da peça de trabalho. Assim, a variação da razão ℎ0/𝑑0 e da lubrificação é usada 

para alterar a proporção entre a deformação circunferencial e a deformação axial, como 

mostra a Figura 3.25. 

 

 

Figura 3.25 (a) Deformações localizadas na superfície de uma amostra cilíndrica devido ao 

embarrilamento; (b) Variação das deformações superficiais de acordo com a razão 𝒉𝟎/𝒅𝟎  e as condições 

de atrito [25]. 
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KUDO e AOI (1967) realizaram ensaios de compressão sob diferentes 

condições de atrito e a razão entre a altura e o diâmetro inicial do cilindro (ℎ0/𝑑0) o que 

permitiu concluir que à medida que o atrito é mais severo, a magnitude das deformações 

axial e circunferencial na fratura é menor [141]. Ainda, foi constatado que com o aumento 

da razão ℎ0/𝑑0, a magnitude da deformação axial e circunferencial na fratura aumenta. 

Estes resultados foram corroborados por THOMASON (1969) e LEMAITRE (1985).   

 

3.11.2 Limite de Deformabilidade 

 

KUDO e AOI (1967) realizaram a compressão de amostras cilíndricas de um 

aço médio carbono equivalente ao ISO C45E4 e mostraram que os pontos de início da 

fratura dúctil estão alinhados segundo uma linha paralela a trajetória de deformação 

homogênea. KOBAYASHI (1970), LEE (1972) e outros pesquisadores 

[24,31,121,126,132] encontraram os mesmos resultados para uma ampla gama de 

materiais.  

LEE e KUHN (1973) mostraram que os pontos de fratura na laminação, na 

flexão e na compressão, todos caem na mesma linha reta para um dado material. Portanto, 

a condição de fratura linear não se limita a compressão, mas é geral. Mais recentemente, 

GOUVEIA et al. (1996) mostraram que a compressão de amostras cilíndricas, flangeadas 

e cônicas também gera uma linha limite de deformabilidade expressa por uma reta, 

aproximadamente paralela a linha da deformação homogênea. 

Assim, para um número amplo de materiais, a linha que estabelece o limite 

de deformabilidade pode ser expressa através de: 

𝜑𝜃𝑓 = 𝐶 −
𝜑𝑧𝑓

2
                                      (Equação 3.20) 

Onde 𝜑𝜃𝑓 e 𝜑𝑧𝑓 são, respectivamente, as deformações circunferencial e axial 

na fratura e C representa o valor de interceptação da linha limite de deformabilidade no 

eixo das ordenadas. LEE e KUHN (1973) mostraram que C corresponde ao valor de 𝜑𝜃𝑓 

na deformação plana. Este valor varia de acordo com o material e, como esperado, quanto 

maior a ductilidade do material, maior o valor de C. Os valores de C para diferentes 

materiais são listados na Tabela 3-1. 
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Tabela 3-1 Valor de interceptação da linha limite de deformabilidade no eixo das ordenadas, C, para 

diversos materiais. 

C Material 

0,3 Aço carbono (0,45%C) [141] 

0,38 SAE 1040 [86] 

0,38 Aço carbono (1%C) [118] 

0,29 SAE 1045 [24] 

0,32 SAE 1020 [24] 

0,18 AISI 303 [24] 

0,54 Cobre O.F.H.C [121] 

0,24 SAE 1213 [121] 

0,27 SAE 1095 [143] 

0,092 AA 7075-T6 [126] 

 

No projeto de uma peça forjada a frio, a obtenção de um produto livre de 

trincas superficiais depende do ajuste da trajetória de deformação do processo de 

conformação abaixo da Linha Limite de Deformabilidade. Se as deformações finais do 

processo estiverem acima da linha, a fratura superficial da peça é provável e são 

necessárias modificações no projeto, incluindo a alteração do material de trabalho, das 

condições de lubrificação, ou do design das ferramentas e das pré-formas. Esta ferramenta 

tem sido utilizada com sucesso no forjamento a frio de componentes complexos, como 

engrenagens [144].  

 

3.11.3 Construção do Diagrama de Deformabilidade 

 

O diagrama limite de deformabilidade é construído a partir de testes de 

compressão e da análise das trajetórias de deformação desenvolvidas na superfície das 

amostras. Para medição das deformações principais durante o ensaio, são gravadas grades 

na superfície das amostras, em meia altura, como mostra a Figura 3.26. Durante a 

compressão, o afastamento entre as linhas da grade é medido até o instante que é 
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constatada a fratura da superfície. A partir destes valores são calculados os incrementos 

de deformação.  

 

 

Figura 3.26 Representação da marcação de grade para medição das deformações principais durante 

ensaio de compressão: (a) Condição Inicial e (b) Após compressão. 

 

O sistema de coordenadas cilíndricas (𝑟, 𝜃, 𝑧), mostradas na Figura 3.26, é 

assumido e as deformações axial, 𝜑𝑧, (compressiva) e circunferencial, 𝜑𝜃, (trativa) são 

calculadas de acordo com as equações: 

𝜑𝑧 = 𝑙𝑛
ℎ

ℎ0
                   (Equação 3.21) 

𝜑𝜃 = 𝑙𝑛
𝑤

𝑤0
            (Equação 3.22) 

A variação entre as linhas de marcação é realizada em microscópio para 

ampliação da precisão. Da mesma forma, quanto menor o incremento de deformação 

entre as medições, maior a precisão dos resultados. A constatação da fratura é realizada a 

olho nu, sem que isso prejudique a confiabilidade dos resultados. Uma vez que as trincas 

crescem muito rapidamente o instante em que elas são verificadas a olho nu é muito 

próximo do momento em que a trinca foi realmente iniciada [25]. 

Uma vez que a deformação circunferencial é uniforme em torno da 

circunferência da superfície do cilindro [49], os valores de 𝜑𝜃 também podem ser 

determinados a partir de medições do diâmetro na altura média da amostra. Já o cálculo 

dos valores de 𝜑𝑧  requer a medição da separação entre as marcas colocadas 

simetricamente a cima e abaixo do plano médio da amostra (Figura 3.26). 

 

(a)                (b)   
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Figura 3.27 Geometrias utilizadas no ensaio e compressão para construção do diagrama de 

deformabilidade [25]. 

 
Nos ensaios, alterações na geometria das amostras e nas condições de atrito 

são usadas para alterar a proporção entre as deformações principais, permitindo uma 

avaliação mais ampla da influência dos estados de tensão e deformação na ocorrência de 

fratura [23]. Além da variação da relação entre as dimensões iniciais do cilindro (ℎ0/𝑑0), 

o efeito do embarrilamento pode ser aprimorado pelo uso de amostras pré-embarriladas. 

Essas amostras contêm seções flangeadas ou cônicas à meia altura, o que aumenta a 

deformação de tração circunferencial e diminui a deformação axial. O conjunto de 

amostras comumente utilizadas nos ensaios de compressão é apresentado na Figura 3.27.  

 

3.11.4 Análise das Tensões Superficiais  

 

As trajetórias de deformação obtidas nos testes de compressão também 

permitem a análise das tensões superficiais desenvolvidas nas amostras e, assim, a 

compreensão do estado de tensão na fratura. Os componentes de tensão são calculados a 

partir das equações de Levy-Mises que relacionam incrementos de deformação plástica à 

tensão de um material isotrópico, que em coordenadas cilíndricas são expressas por [25]: 

𝑑𝜑𝑟 = 𝑑𝜆[𝜎𝑟 − (𝜎𝜃 + 𝜎𝑧)/2]    (Equação 3.23) 

𝑑𝜑𝜃 = 𝑑𝜆[𝜎𝜃 − (𝜎𝑟 + 𝜎𝑧)/2]   (Equação 3.24) 

𝑑𝜑𝑧 = 𝑑𝜆[𝜎𝑧 − (𝜎𝜃 + 𝜎𝑟)/2]  (Equação 3.25) 
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O incremento de deformação equivalente, 𝑑𝜑𝑒𝑞, e a tensão equivalente, 𝜎𝑒𝑞, 

são expressos por: 

𝑑𝜑𝑒𝑞 =
√2

3
[(𝑑𝜑𝑟 − 𝑑𝜑𝑧)2 + (𝑑𝜑𝑧 − 𝑑𝜑𝜃)2 + (𝑑𝜑𝜃 − 𝑑𝜑𝑟)2]1/2 (Equação 3.26) 

𝜎𝑒𝑞 =
1

√2
[(𝜎𝑟 − 𝜎𝑧)2 + (𝜎𝑧 − 𝜎𝜃)2 + (𝜎𝜃 − 𝜎𝑟)2]1/2  (Equação 3.27) 

 

Onde 𝑑𝜑𝑟, 𝑑𝜑𝜃 e 𝑑𝜑𝑧 são as deformações incrementais e 𝜎𝑟, 𝜎𝜃 e 𝜎𝑧 são as 

tensões nas direções 𝑟̅, 𝜃̅ e 𝑧̅.  𝑑𝜆 é uma constante de proporcionalidade que depende do 

material e do nível de deformação dada por 𝑑𝜑𝑒𝑞/ 𝜎𝑒𝑞. Para a área de superfície 

considerada, a tensão na direção r é nula e o estado da tensão se torna plano. Alterando 

as equações 3.23 e 3.24, os componentes de tensão na superfície das amostras durante a 

compressão podem ser calculados de acordo com as seguintes equações: 

𝜎𝑧 =
𝜎𝑒𝑞

√3
(

2𝛼+1

√𝛼2+𝛼+1
)    (Equação 3.28) 

𝜎𝜃 =
𝜎𝑒𝑞

√3
(

𝛼+2

√𝛼2+𝛼+1
)    (Equação 3.29) 

Onde α é a inclinação dos caminhos de deformação calculados durante o teste 

de compressão, dados por 𝛼 = 𝑑𝜑𝑧/𝑑𝜑𝜃. A tensão equivalente, 𝜎𝑒𝑞, é obtida na curva de 

escoamento do material, definida por um teste de compressão uniaxial. 

 

3.11.5 Análise das Trincas Superficiais  

 

KUDO e AOI (1967) estudaram a fratura na superfície livre durante a 

compressão de amostras cilíndricas de um aço médio carbono equivalente ao ISO C45E4. 

Os autores relacionaram o tipo de trinca observada nas amostras com o comportamento 

dos componentes de tensão superficiais. 

Quando a fissura oblíqua apareceu 𝜎𝜃 foi a tensão principal máxima e 𝜎𝑧 foi 

a tensão principal mínima. Por outro lado, quando a trinca longitudinal apareceu, 𝜎𝜃 foi 

a tensão principal máxima e 𝜎𝑟 foi a tensão principal mínima. Em ambos os casos o plano 

de fratura coincidia com o plano da tensão de cisalhamento máxima. 
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A Figura 3.28 mostra a representação esquemática do aspecto macroscópico 

de trincas (a) obliquas e (b) longitudinais. A superfície de fratura das trincas oblíquas é 

perpendicular ao plano θz, e o ângulo entre a superfície de fratura e o eixo z é igual a 45°. 

A superfície de fratura das trincas longitudinais é perpendicular ao plano rθ e o ângulo 

entre a superfície de fratura e o eixo r é igual a 45°. 

 

 

Figura 3.28 Representação esquemática da superfície de fratura de amostras cilíndricas com (a) trinca 

oblíqua, (b) trinca longitudinal [145]. 

Posteriormente, KOBAYASHI (1970) obteve os mesmos resultados para o 

aço SAE 1040 recozido [86].  

 

3.12.Critérios de Fratura Dúctil 

 

 A influência dos estados de tensão e deformação na deformabilidade deve 

ser abordada de forma integrada para que seja possível compreender e prever de forma 

correta a ocorrência de defeitos nos processos de conformação. Os critérios de fratura 

dúctil são usados para determinar as condições limiares para o trabalho mecânico seguro 

que dependem simultaneamente dos valores de tensão e de deformação [28]. 

 Nas últimas décadas, muitos critérios de fratura dúctil foram propostos e 

utilizados na previsão de fratura dúctil nos processos de conformação mecânica. Estes 

critérios podem ser divididos em duas categorias: critérios de fratura acoplada e não 

acoplada. No primeiro, a deterioração do material durante a deformação plástica devido 

à nucleação crescimento e coalescência de vazios é considerada na simulação do 

processo, ou seja, a deterioração do material é acoplada à deformação plástica [150]. Na 

análise desacoplada, por outro lado, a influência dos danos na deformação plástica é 

negligenciada. Presume-se que o material é contínuo e isotrópico durante toda a 

(a)             (b) 
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deformação e a tensão hidrostática é o principal parâmetro para avaliar o dano. Como 

consequência, a maioria dos critérios de fratura dúctil desacoplados é baseada na tensão 

hidrostática [146,147]. 

 Apesar dos avanços alcançados recentemente na análise acoplada, a 

maioria das aplicações relatadas na literatura ainda está restrita a critérios desacoplados 

[137,138,146].  Isso é reflexo dos méritos inerentes a estes modelos, como equações 

simples, menor número de parâmetros e facilidade de implementação em softwares 

comerciais [147]. 

 Os critérios de fratura dúctil desacoplados geralmente podem ser 

representados da seguinte forma: 

∫ 𝐹(𝐻𝑖𝑠𝑡ó𝑟𝑖𝑐𝑜 𝑑𝑒 𝐷𝑒𝑓𝑜𝑟𝑚𝑎çã𝑜)𝑑𝜑𝑒𝑞 = 𝐶  (Equação 3.30) 

Onde 𝜑𝑒𝑞 é a deformação equivalente e C é o valor de dano. O histórico de deformação 

é uma função do estado de tensão, representado pela tensão equivalente, tensão principal 

máxima, ou tensão hidrostática, dependendo do critério. Supõe-se que a magnitude do 

dano não diminua durante os processos consecutivos de forjamento a frio, a não ser que 

sejam empregados recozimentos intermediários. Assim, o valor de C é sempre maior que 

zero. 

A fratura dúctil ocorre quando o valor máximo de dano em uma peça excede 

um valor crítico denominado valor de dano crítico. O valor do dano crítico pode ser 

considerado uma constante do material, semelhante ao limite de escoamento ou 

resistência à tração. Como diferentes critérios de fratura dúctil levam a diferentes valores 

de dano, os valores de dano crítico correspondentes a diferentes critérios de fratura dúctil 

são diferentes para um determinado material [48]. 

 

3.13.1 Critério de Cockcroft e Latham Normalizado 

 

 O modelo proposto por Cockcroft e Latham (1968) é critério de fratura 

mais simples e mais utilizado [25]. O critério não se baseia em um modelo micromecânico 

de fratura, mas simplesmente reconhece a importância da tensão principal máxima, 𝜎1, 

no mecanismo de fratura [148]: 
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∫ 𝜎1𝑑𝜑𝑒𝑞 = 𝐶0
𝜑𝑒𝑞

𝑓

0
     (Equação 3.31) 

 Este critério considera que apenas a tensão principal, 𝜎1, tem relevância 

para o início da fratura dúctil. Foi utilizado como ferramenta para a previsão de fratura 

em ligas de cobre, aço, titânio, alumínio [140,149,151]. Contudo, o critério pode dar 

origem a previsões equivocadas e distantes da realidade quando as direções principais 1, 

2 e 3 sofrerem alterações ao longo do processo de conformação.  

 OH et al. (1979) modificaram o critério proposto por Cockcroft e Latham 

por meio da normalização do princípio da tensão máxima pela tensão equivalente. Este 

foi definido como o critério normalizado de Cockcroft-Latham [151]: 

∫
𝜎1

𝜎𝑒𝑞
𝑑𝜑𝑒𝑞 = 𝑛𝐶0

𝜑𝑒𝑞
𝑓

0
                           (Equação 3.32) 

Onde 𝜎𝑒𝑞 é a tensão equivalente e 𝑛𝐶0 é o valor de dano de Cockcroft-Latham 

Normalizado. 

Por ser um critério fácil de implementar e não requerer a definição 

experimental de nenhum parâmetro, este modelo é amplamente utilizado na indústria. O 

critério é preferencialmente útil na previsão de trincas em superfícies livres. Os locais de 

iniciação deste tipo de fratura exibem estados de tensão biaxiais em que a tensão 

hidrostática, 𝜎𝑚, varia dentro da faixa [31]:  

𝜎1 −
2

3
𝜎𝑒𝑞 ≤ 𝜎𝑚 ≤ 𝜎1 −

1

3
𝜎𝑒𝑞       (Equação 3.33) 

 Como ambos os componentes de tensão aumentam ou diminuem juntos, o 

fato do critério não considerar o efeito da tensão hidrostática não é muito relevante na 

caracterização de trincas formadas na superfície livre.   

 

3.13.2 Critério de Oyane 

 

 Vários critérios de fratura foram propostos baseados no mecanismo de 

fratura por nucleação, crescimento e coalescência de vazios. Dentre eles está o Critério 
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de Oyane (1972), derivado das leis fundamentais da teoria da plasticidade para materiais 

porosos. O critério é expresso por [59]: 

∫ [1 +
1

𝑎0

𝜎𝑚

𝜎𝑒𝑞
] 𝑑𝜑𝑒𝑞 = 𝐶1

𝜑𝑒𝑞
𝑓

0
    (Equação 3.34) 

Onde 𝑎0 é uma constante do material determinada experimentalmente.  

O Critério é muito semelhante ao modelo de Cockroft-Latham Normalizado, 

contudo o modelo Oyane considera o efeito da tensão hidrostática no crescimento de 

vazios, limitando ou estimulando a propagação da fratura. Assim, o critério considera o 

efeito da triaxialidade na deformabilidade, uma vez que  𝜂 = 𝜎𝑚/𝜎𝑒𝑞. 

 

3.13.3 Critério de Johnson-Cook 

 

 O Critério de Johnson-Cook (1985), também é função da triaxialidade e é 

dado por [152]: 

∫
1

𝜀𝑐
𝑑𝜑𝑒𝑞 = 𝐶2

𝜑𝑒𝑞
𝑓

0
     (Equação 3.35) 

A função de deformação de falha, 𝜀𝑐, é dada por: 

𝜀𝑐 = [𝐷1 + 𝐷2exp (𝐷3𝜂)] [1 + 𝐷4𝑙𝑜𝑔
𝜑̇𝑒𝑞

𝜑̇0
] [1 + 𝐷5 (

𝑇−𝑇0

𝑇𝑓−𝑇0
)]   (Equação 3.36) 

Onde 𝐷1, 𝐷2, 𝐷3, 𝐷4 e 𝐷5 são constantes do material, 𝜑̇𝑒𝑞é a velocidade de deformação 

equivalente, 𝜑̇0é a velocidade de deformação de referência, 𝑇𝑓é a temperatura de fusão 

do material e 𝑇0 é a temperatura de referência.  

 Este critério foi o primeiro que considerou a influência da velocidade de 

deformação e da temperatura na ocorrência da fratura dúctil [158]. Neste trabalho, o efeito 

destes parâmetros é negligenciado e a função de deformação de falha, 𝜀𝑐, é simplificada 

para: 

𝜀𝑐 = [𝐷1 + 𝐷2exp (𝐷3𝜂)]   (Equação 3.37) 
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 O critério de Johnson-Cook é amplamente utilizado devido à praticidade 

de calibração, de forma que informações sobre diversos materiais estão disponíveis na 

literatura. 
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4. MATERIAIS E MÉTODOS 

 

Nesta pesquisa, uma série de ensaios mecânicos, cuidadosamente 

selecionados, foram realizados para, em conjunto com a análise numérica por elementos 

finitos, determinar os limites de deformabilidade a frio do aço microligado ao vanádio 

DIN 30MnVS6.  

A metodologia aplicada pode ser dividida em quatro etapas: 

(1) Caracterização inicial do DIN 30MnVS6; 

(2) Caracterização do comportamento mecânico do DIN 30MnVS6; 

(3) Construção do Diagrama Limite de Deformabilidade do DIN 30MnVS6; 

(4) Aplicação de critérios de fratura dúctil na previsão da fratura do DIN 30MnVS6. 

Todos os procedimentos experimentais foram simulados numericamente por 

elementos finitos. Para a realização das simulações, as geometrias utilizadas nos ensaios 

foram modeladas em 3D no software SolidWorks® 2017. As simulações foram realizadas 

no software de simulação Simufact.Forming® 15.0. 

 

4.1. Caracterização inicial do DIN 30MnVS6 

 

O material foi fornecido pela empresa Gerdau® na forma de arames fio 

máquina com aproximadamente 500mm de comprimento e 16,15mm de diâmetro. O aço 

foi submetido à análise química utilizando um espectrômetro Q2ION, marca BRUKER, 

disponível no Laboratório de Fundição (LAFUN - UFRGS). Os resultados em percentual 

de massa são listados na Tabela 4-1. A composição está dentro da faixa nominal 

encontrada na literatura, conforme a Tabela 2-3. 

 

Tabela 4-1 Resultado da análise química do aço DIN 30MnVS6 (% em massa). 

Elemento C Si Mn P S V 

% massa 0,262 0,484 1,210 0,024 0,020 0,111 

 

A análise microestrutural do material na condição recebida foi realizada por 

meio de micrografias óticas utilizando técnicas metalográficas convencionais nas seções 
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transversal e longitudinal do arame. A captura das imagens foi realizada em microscópio 

óptico invertido da marca OLYMPUS, modelo GX-51. O tamanho de grão ferrítico médio 

foi determinado a partir do método de intersecção de linha, conforme descrito na norma 

ASTM E112, com auxílio do software ImageJ® que também foi utilizado para 

determinação na fração volumétrica dos microconstituintes do material.  

Ensaios de microdureza foram realizados utilizando um Microdurômetro, 

modelo Hardness Tester ISH-TDV 1000, marca INSIDE. Três amostras foram testadas e 

a média das 10 medições em cada amostra foi estabelecida como a dureza Vickers da 

condição inicial.  

 

4.2. Caracterização do Comportamento Mecânico do DIN 30MnVS6 

 

Não há na literatura informações consistentes sobre o comportamento do DIN 

30MnVS6 durante a conformação a frio. Dessa forma, foram realizados ensaios 

mecânicos para analisar como o aço responde à deformação plástica a temperatura 

ambiente. Nesta etapa, foram realizados testes de tração e compressão uniaxial para 

levantamento da curva de escoamento. Ainda, estão incluídos nessa etapa, ensaios de 

compressão para análise do efeito do encruamento na dureza do aço e o teste do anel para 

determinação do coeficiente de atrito nas condições de lubrificação utilizadas nos ensaios 

posteriores. 

 

4.2.1 Determinação da curva de escoamento do DIN 30MnVS6 

 

  Ensaios de compressão e de tração uniaxial foram realizados para obtenção 

da curva de escoamento do material. As informações referentes aos ensaios de 

compressão estão listadas na Tabela 4-2. 

 

 



 
 

77 
 

Tabela 4-2 Parâmetros dos ensaios de compressão. 

Diâmetro das amostras [mm] 8 

Altura das amostras [mm] 12 

Rugosidade das matrizes planas de compressão Ra=0,165 

Lubrificação PTFE (Teflon) 

Equipamento 
Máquina Universal marca EMIC com capacidade 

de 600kN 

Velocidade da ferramenta [mm/s] 1 

 

Os ensaios de tração foram realizados em uma máquina de ensaios Shimadzu 

AG-X, com capacidade de 250 kN. Para garantir o carregamento próximo ao estático, a 

velocidade do teste foi mantida em 1 mm/min. Um extensômetro foi acoplado as amostras 

para medir o deslocamento durante os experimentos. As dimensões dos corpos de prova 

de tração seguiram os padrões estabelecidos na norma ASTM E8M e são mostradas na 

Figura 4.1. 

 

 

 

Figura 4.1 Dimensões dos corpos de prova de tração uniaxial. 

 

4.2.2 Definição do Coeficiente de Atrito 

 

O atrito entre as amostras e as matrizes planas utilizadas nos ensaios de 

compressão foi quantificado através da definição do coeficiente de atrito, μ.  A Tabela 

4.3 lista os parâmetros dos ensaios realizados para definição de μ. 

As curvas de calibração do ensaio do anel para o aço DIN 30MnVS6 foram 

obtidas via simulação numérica. Nas simulações, realizadas em 2D, foram utilizadas 

malhas triangulares com tamanho de 0,3 mm.  
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Tabela 4-3 Parâmetros utilizados no ensaio do anel. 

Diâmetro Externo das amostras [mm] 12 

Diâmetro Interno das amostras [mm] 6 

Altura das amostras [mm] 4 

Reduções em altura [%] 

20 

40 

50 

Lubrificação 

Estearato de Zinco 

Lubrificante Sintético M1 

Sem Lubrificação 

Rugosidade das matrizes planas de 

compressão 
Ra=0,165 

Equipamento 
Máquina Universal marca EMIC com capacidade 

de 600kN 

Velocidade da ferramenta [mm/s] 1 

 

4.2.3 Análise do efeito do encruamento na dureza do DIN 30MnVS6  

 

O efeito da deformação a frio na dureza do material foi analisado através da 

compressão de amostras cilíndricas em diferentes reduções em altura. A Tabela 4.4 

apresenta as informações referentes aos ensaios. 

 

Tabela 4-4 Parâmetros dos ensaios de compressão para análise do efeito do encruamento. 

Diâmetro das amostras [mm] 8 

Altura das amostras [mm] 12 

Reduções em atura [%] 

13,33 

33,50 

51,16 

60,3 

Lubrificação Lubrificante Sintético M1 

Equipamento 
Máquina Universal marca EMIC com 

capacidade de 600kN 

Velocidade da ferramenta [mm/s] 1 

 

Após os testes de compressão, foram realizados perfis de microdureza 

Vickers ao longo da meia altura da seção longitudinal das amostras, mostrada 

esquematicamente na Figura 4.2. Os valores de dureza foram relacionados à distribuição 

da deformação equivalente ao longo da seção longitudinal das amostras definida pela 
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análise numérica dos ensaios de compressão (Figura 4.2). Nas simulações, realizadas em 

2D, foram utilizadas malhas triangulares com tamanho de 0,3 mm.  

 

 

Figura 4.2 Desenho esquemático de como foi realizada a análise do efeito do encruamento na dureza do 

DIN 30MnVS6. 

 

4.3. Construção do Diagrama Limite de Deformabilidade do DIN 30MnVS6 

 

Os ensaios de compressão para definição do limite de deformabilidade do 

DIN 30MnVS6 foram realizados em diferentes geometrias e condições de atrito 

permitindo uma avaliação ampla da influência dos estados de tensão e deformação na 

ocorrência da fratura. A Tabela 4.5 lista os principais parâmetros referentes aos ensaios, 

enquanto a Tabela 4.6 apresenta as geometrias e dimensões das amostras utilizadas nos 

ensaios. 

 

Tabela 4-5 Parâmetros dos ensaios de compressão para definição do limite de deformabilidade. 

Lubrificação 

Estearato de Zinco 

Lubrificante Sintético M1 

Sem Lubrificação 

Rugosidade das matrizes planas de 

compressão 
Ra=0,165 

Equipamento 
Máquina Universal marca EMIC com 

capacidade de 600kN 

Velocidade da ferramenta [mm/s] 1 
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Tabela 4-6 Geometrias e dimensões das amostras de compressão. 

 Geometria Amostra ℎ0 𝑑0 ℎ𝑏 𝑑𝑏 Lubrificação 

1 

     

Cilíndrica 

ℎ0

𝑑0
= 1,5 

12 8 - - 
Estearato de 

Zinco 

2 

     

Cilíndrica 

ℎ0

𝑑0
= 1,5 

12 8 - - 
Lubrificante 

sintético M1 

3 

     

Cilíndrica 

ℎ0

𝑑0
= 1,5 

12 8 - - Sem Lubrificante 

4 

     

Cilíndrica  

ℎ0

𝑑0
= 1,0 

8 8 - - Sem Lubrificante 

5 

      

Cilíndrica  

ℎ0

𝑑0
= 0,75 

6 8 - - Sem Lubrificante 

6 

   

Cilíndrica  

ℎ0

𝑑0
= 0,5 

4 8 - - Sem Lubrificante 
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7 

 

Cônica 8 6,4 4 8 Sem Lubrificante 

8 

 

Flangeada 8 6,4 4 8 Sem Lubrificante 

 

Nos ensaios de compressão, o momento da fratura é determinado pela 

observação do surgimento de trincas na área média da superfície externa das amostras. 

Contudo, para ampliar a precisão da definição do instante de detecção da fratura foi 

seguida a seguinte metodologia [53]: 

▪ Foram realizados testes preliminares para determinar a altura aproximada da 

amostra na fratura. Nos testes, as amostras foram submetidas a incrementos de 

0,5 na redução em altura até que as trincas fossem observadas;  

▪ Novos ensaios foram realizados com as amostras sendo inicialmente submetidas 

a uma redução em altura 10% menor que a definida nos testes preliminares. 

Posteriormente, foram realizados incrementos de redução em altura de 2,5% 

seguidos da inspeção no microscópio óptico com aumento de 50x. Este método 

de teste garante que o erro de medição esteja dentro de 2,5% da altura inicial da 

amostra [53]. 

Para o cálculo das deformações axiais superficiais, uma grade de círculos com 

diâmetro de 2,3mm foi gravada nas amostras utilizando marcação eletrolítica. A Figura 

4.3 mostra a amostra cilíndrica com ℎ0/𝑑0 = 1,5, posicionada entre as matrizes planas 

(Fig.2.3(a)) e destaca a grade marcada na superfície da amostra (Fig.4.3(b)).  
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Figura 4.3 (a) Amostra cilíndrica com 𝒉𝟎/𝒅𝟎  = 1,5 posicionada entre as placas planas e (b) grade de 

círculos marcada na superfície da amostra. 

 

As deformações axiais foram calculadas a partir da variação das dimensões 

do círculo marcado no centro lateral das amostras. Após cada incremento de deformação, 

houve a medição da grade em microscópio óptico com aumento de 50x. As deformações 

circunferenciais foram calculadas a partir da variação do diâmetro equatorial das 

amostras, medido com paquímetro após cada incremento de deformação. A Figura 4.4 

mostra a variação das dimensões da grade na superfície das amostras durante os ensaios 

de compressão e a detecção da fratura no microscópio ótico. 

 

 

 

Figura 4.4 Inspeção e medição da marca de grade na superfície das amostras. (a) Amostra antes do início 

da compressão, (b) após incrementos de deformação e (c) no instante da detecção da fratura. 

 

A medição das dimensões da grade superficial e a inspeção das amostras foi 

realizada em um microscópio invertido OLYMPUS DP-GX-51 através do software de 

captura de imagens AnalySIS®.  

(a)              (b) 

(a)                     (b)            (c) 
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Foram realizadas simulações numéricas de todos os ensaios para construção 

do diagrama de deformabilidade. Nas simulações, realizadas em 3D, foram utilizadas 

malhas triangulares com tamanho de 0,3 mm.  

 

4.4. Aplicação de critérios de fratura dúctil na previsão da fratura do DIN 30MnVS6 

 

Para utilizar critérios de fratura dúctil na previsão de defeitos no forjamento 

a frio é necessário [53]: 

(1) Realizar a calibração do critério em análise. Esta etapa consiste em 

obter as constantes do material necessárias para o uso dos critérios; 

(2) Definir o valor de dano crítico do material para cada critério; 

(3) Validar os critérios para diferentes tipos de fratura.  

A seguir será a apresentada a metodologia utilizada neste trabalho para 

satisfazer estas três etapas. 

 

4.4.1 Calibração dos Critérios de Fratura Dúctil 

 

Para o uso dos critérios de Oyane e de Johnson-Cook (JC) é necessário definir 

parâmetros associados ao material. Ambos os critérios são baseados no efeito da 

triaxialidade na fratura. Assim, para definição dos parâmetros é necessário realizar 

ensaios em diferentes triaxialidades, obtendo assim, diferentes relações entre o fator de 

triaxialidade e a deformação equivalente na fratura. Através da análise matemática destes 

resultados os parâmetros são definidos.  

Testes de tração em amostras lisas e entalhadas foram utilizados para definir 

os parâmetros do material dos critérios de Oyane e Johnson-Cook na previsão da fratura. 

As geometrias utilizadas nos ensaios de tração são mostradas na Figura 4.5 e as dimensões 

das amostras estão listadas na Tabela 4.7. 
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Figura 4.5 Desenho esquemático das amostras de tração. 

 
Tabela 4-7 Amostras de tração para análise da triaxialidade da tensão positiva. 

Amostra 
Tipo de 

amostra 

Raio do 

entalhe, R 

[mm] 

Diâmetro da 

amostra, 

d [mm] 

(a) Lisa - 9 

(b) Entalhada 6 6 

(c) Entalhada 3 6 

(d) Entalhada 1,5 6 

 

Os ensaios de tração foram realizados em uma máquina de ensaios Shimadzu 

AG-X, com capacidade de 250 kN. Para garantir o carregamento quase estático, a 

velocidade do teste foi mantida em 1 mm/min. Um extensômetro foi acoplado as amostras 

para medir o deslocamento durante o experimento. A Figura 4.6 mostra o corpo de prova 

de tração durante o ensaio. 

 

 

Figura 4.6 Realização dos ensaios de tração. 

   (a)              (b)                   (c)                  (d) 
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A obtenção dos dados necessários para a calibração dos critérios de Oyane e 

Johnson-Cook é realizada da seguinte forma: 

(1) Os testes são realizados e as medidas de deslocamento e de força são 

obtidas; 

(2) São realizadas simulações numéricas dos ensaios; 

(3) A partir dos testes, os locais de início da fratura e os deslocamentos 

correspondentes à fratura são determinados; 

(4) A partir da análise numérica, a evolução da deformação equivalente e do 

fator de triaxialidade no local da fratura para cada ensaio é obtida; 

(5) A deformação equivalente na fratura e o fator de triaxialidade médio para 

cada ensaio são definidos. 

Destaca-se, que na calibração são utilizados os valores do fator de 

triaxialidade médio. Geralmente, o fator de triaxialidade não é constante durante toda a 

deformação, variando significativamente, especialmente, em testes de compressão. 

Assim, o fator de triaxialidade médio, 𝜂̅, torna-se necessário e é definido por [50]: 

𝜂̅ =
1

𝜑𝑒𝑞
𝑓 ∫

𝜎𝑚

𝜎𝑒𝑞
𝑑𝜑𝑒𝑞

𝜑𝑒𝑞
𝑓

0
                 (Equação 4.1) 

As simulações numéricas dos ensaios foram realizadas em 3D, com as peças 

sendo discretizadas em elementos quadrados com aresta de 0,5 mm.  

 

4.4.2 Definição do Dano Crítico  

 

Os valores de dano crítico são determinados, para cada critério analisado, 

seguindo a seguinte metodologia (Figura 4.7) [53]: 

(1) O deslocamento crítico, isto é, o deslocamento em que a fratura ocorre, é 

definido experimentalmente;  

(2) A simulação numérica do procedimento experimental é realizada e a 

distribuição do valor de dano na peça é obtida; 

(3) O local do valor máximo de dano é comparado com o local da fratura: se 

o local do valor máximo de dano coincidir com o local da fratura, o valor 

de dano máximo é definido como sendo o valor crítico do material. Caso 

contrário, o critério de fratura dúctil aplicado é considerado impreciso. 
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Figura 4.7 Abordagem para determinação do valor de dano crítico [53]. 

 

Para definição dos valores críticos nos critérios estudados, o método 

apresentado à cima foi utilizado na análise dos ensaios de compressão apresentados na 

Seção 4.3 e nos ensaios de tração apresentados nesta seção. A análise destes ensaios é 

capaz de validar os critérios para diferentes tipos de fratura. 
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5. ANÁLISE EXPERIMENTAL 

 

5.1. Caracterização Inicial do DIN 30MnVS6 

 

A microestrutura do aço DIN 30MnVS6 na condição recebida é mostrada na 

Figura 5.1.   

 

 

Figura 5.1- Micrografias da seção transversal e longitudinal com aumento de 1000x e 500x. 

 

A microestrutura é constituída de ferrita próeutetóide e perlita. A fração 

volumétrica de perlita é de 38,1%, enquanto os 61,9% restantes correspondem a ferrita. 

Nas duas direções analisadas, os grãos ferríticos são equiaxiais e possuem um tamanho 

médio de 5μm. Na seção transversal, as colônias de perlita estão dispersas aleatoriamente. 

Na seção longitudinal é possível verificar um leve alinhamento na direção da laminação.  

(a) (b) 

(c) (d) 
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A microestrutura refinada e a fração volumétrica de perlita observadas na 

Figura 5.1 resultam na dureza do material. Os perfiz de microdureza indicam valores que 

variam entre 290 e 312 HV, com média de 295 HV.  

 

5.2. Curva de Escoamento do DIN 30MnVS6 

 

O conhecimento da curva de escoamento do material é imprescindível em 

qualquer processo de conformação mecânica. Nesta seção serão apresentadas as curvas 

de escoamento do aço DIN 30MnVS obtidas através de ensaios de compressão e tração 

uniaxial.  

 

5.2.1 Ensaio de Compressão 

 

A curva de escoamento obtida nos ensaios de compressão a temperatura 

ambiente para o aço DIN 30MnVS6 é mostrada na Figura 5.2. 

 

 

Figura 5.2 Curva de escoamento do aço DIN 30MnVS6 obtida por ensaio de compressão. 
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5.2.2 Ensaio de Tração 

 

A Figura 5.3 mostra o diagrama de engenharia do aço DIN 30MnVS6 obtido 

por ensaio de tração uniaxial. 

 

 

Figura 5.3 Curva de engenharia do aço DIN 30MnVS6 obtida por ensaio de tração. 

  

O diagrama de engenharia permite a obtenção de informações importantes 

sobre o material. A Tabela 5.1 apresenta algumas propriedades extraídas da curva.  

 

Tabela 5-5-1 Propriedades mecânicas do aço DIN 30MnVS6. 

Limite de 

Escoamento, 

𝜎𝑒 (MPa) 

Limite de 

Resistência, 

𝑅𝑚 (MPa) 

Alongamento, 

A 

(%) 

Redução de 

área, Z (%) 

702 954 13,8 21,8 

  

O limite de escoamento encontrado está dentro da faixa especificada na 

literatura (Tabela 2.2), contudo o limite de resistência está à cima do especificado. Os 

valores elevados de resistência resultaram na queda das propriedades relacionadas à 

ductilidade. Tanto o alongamento, quanto a redução de área estão abaixo dos valores 

comumente encontrados para o DIN 30MnVS6.  Todos os valores encontrados estão de 

acordo com o Certificado de Qualidade do material disponível no ANEXO A.  
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A curva de escoamento do material obtida nos ensaios de tração é apresentada 

na Figura 5.4.  

 

 

Figura 5.4 Curva de escoamento do aço DIN 30MnVS6 obtida por ensaio de tração. 

  

A Figura 5.5 apresenta as curvas de escoamento obtidas por tração e 

compressão uniaxial para o aço DIN 30MnVS6. As curvas apresentam suaves desvios a 

pequenas deformações, mas a partir da deformação 0,12 são idênticas. A diferença entre 

as curvas, embora as amostras de tração e de compressão tenham sido cortadas da mesma 

barra, deve-se a falta de homogeneidade do material, provavelmente causada pelo 

processo de laminação. Esse fenômeno já foi encontrado na literatura e em aplicações 

industriais [45,154].  

A Figura 5.5 também mostra a curva de escoamento construída a partir da 

Equação de Hollomon que descreve o comportamento mecânico do material quando 

deformado a frio. É possível verificar que a curva gerada a partir da equação se 

correlacionou muito bem com os resultados experimentais, especialmente com a curva 

obtida a partir do ensaio de compressão. A Equação de Hollomon para o aço microligado 

DIN 30MnVS6 é expressa por: 

𝑘𝑓 = 1397,6. 𝜑 0,13           (Equação 5.1) 

As curvas de escoamento apresentadas na Figura 5.5 foram inseridas no 

software de simulação Simufact Forming 15.0. Nas simulações numéricas dos ensaios de 

compressão a curva obtida na compressão uniaxial foi utilizada. Já nas simulações dos 
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ensaios de tração, foi utilizada a curva de escoamento de tração. Em ambos os casos, as 

curvas foram extrapoladas utilizando a Equação de Hollomon. Diante da excelente 

concordância entre a Equação e os resultados experimentais, acredita-se que a 

extrapolação deve expressar o comportamento mecânico do material para deformações 

elevadas de forma confiável.  

   

 

Figura 5.5 Curvas de escoamento do aço DIN 30MnVS6 obtidas por ensaio de compressão e de tração. 

 

5.3. Efeito da Deformação a Frio na Dureza do DIN 30MnVS6 

 

A dureza é uma medida da resistência do material à deformação permanente 

e ao desgaste, sendo um importante parâmetro de qualidade do produto acabado. Na 

conformação a frio, a dureza também pode ser usada como uma medida deformabilidade 

[155].  

Por ser um critério de qualidade e de deformabilidade, é importante que no 

planejamento da sequência de operações de forjamento a dureza da peça após cada estágio 

de conformação possa ser estimada. Se a curva de escoamento e a relação entre a dureza 

e a deformação efetiva do material são conhecidas, a dureza final do componente pode 

ser prevista [156]. Dessa forma, é possível julgar a adequação do material ao 

processamento escolhido e prever se o produto final alcançará as especificações do cliente 

ou se será necessário um tratamento térmico final para aumento da dureza. Além disso, 

estas informações permitem avaliar se o processo pode ser concluído em um estágio, ou 
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se são necessários tratamentos térmicos intermediários para reduzir a dureza e aumentar 

a deformabilidade [156]. 

 A Figura 5.6 mostra o efeito da deformação a frio na dureza Rockwell C 

do DIN 30MnVS6 após diferentes reduções em altura. 

 

 

Figura 5.6 Variação da dureza Rockwell C com o nível de redução em altura. 

  

Devido ao atrito, a distribuição da deformação no material após a compressão 

não é uniforme. Dessa forma, para uma avaliação minuciosa do efeito da deformação a 

frio na dureza do DIN 30MnVS6, valores de dureza obtidos experimentalmente foram 

comparados com a distribuição de deformação equivalente obtida numericamente. Essa 

abordagem tem sido utilizada por vários pesquisadores [156-162]. KIM et al. 

(1996) realizaram ensaios de compressão a frio no aço AISI 1010 e mediram a dureza em 

vários locais da peça. Eles obtiveram a distribuição da deformação equivalente nas 

amostras de compressão através de uma análise de elementos finitos e correlacionaram a 

dureza medida e as deformações encontradas numericamente [157]. SONMEZ, F. O. e 

DEMIR, A. (2007) elaboraram um modelo analítico para a previsão da dureza baseada 

na distribuição da deformação equivalente na peça obtida por simulação numérica. O 

modelo foi validado experimentalmente, mostrando que a previsão da dureza é bastante 

precisa. OSAKADA e YANAGIMOTO (2010) mostraram que a distribuição da 

deformação equivalente na peça conformada obtida por simulação numérica pode ser 

usada na previsão das propriedades mecânicas de um produto. 

A distribuição da deformação equivalente, 𝜑𝑒𝑞, ao longo da seção 

longitudinal das amostras após a compressão foi obtida por simulação numérica e é 
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mostrada na Figura 5.7. Devido à distribuição não uniforme da deformação ao longo da 

seção longitudinal, uma faixa de deformações entre 0,14 a 1,21 é observada a meia altura 

das amostras. Nesta região, foram realizadas medições de microdureza Vickers que são 

apresentadas em função do avanço da deformação a frio na Figura 5.8.    

 

 

Figura 5.7 Distribuição da deformação equivalente, 𝝋𝒆, em amostras cilíndricas do aço DIN 30MnVS6 

com diferentes reduções em altura. 

  

 

Figura 5.8 Variação da dureza Vicker com o avanço da deformação equivalente. 
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Com o avanço da deformação a frio os valores de dureza são 

significativamente aumentados. Quando a deformação equivalente atinge 1,2 a dureza do 

material é de 382 HV, 29,5% mais alta do que a dureza inicial (em φ = 0). O resultado 

mostrado na Figura 5.8 foi linearizado e o aumento da dureza em função da deformação 

equivalente pode ser expresso por: 

𝐻𝑉 = 60,019𝜑𝑒𝑞  + 298,65   (Equação 5.2) 

Estudo anteriores buscaram correlacionar o aumento da dureza e da tensão de 

escoamento em materiais deformados a frio [162,163,168-170]. TEKKAYA (2001) 

relacionou a evolução da dureza Vickers e da tensão de escoamento durante a deformação 

a frio de diferentes materiais. Com esta relação foi possível determinar a tensão de 

escoamento local em peças forjadas a frio com precisão satisfatória. A Figura 5.9 mostra 

como a tensão de escoamento e a dureza Vickers variam com o aumento da deformação 

a frio do aço DIN 30MnVS6. 

Na curva de escoamento apresentada na Figura 5.8, a partir de φ=0,112 a 

tensão de escoamento cresce quase paralelamente a dureza Vickers. Segundo 

TEKKAYA, a partir deste ponto a razão entre a tensão de escoamento e a dureza Vickers 

é igual a 3,964.  Para o aço DIN 30MnVS6, a razão 𝑘𝑓/𝐻𝑉 não varia significativamente 

entre φ=0,112  e φ=1,21 e apresenta um valor médio igual a 3,9, estando de acordo com 

o proposto por TEKKAYA.  

 

 

Figura 5.9 Variação da dureza Vicker e da tensão de escoamento com o avanço da deformação 

equivalente. 
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5.3.1 Efeito da Deformação a Frio na Microestrutura do DIN 30MnVS6 

 

Os processos de forjamento, por induzirem o movimento do material sem 

removê-lo, geram uma movimentação das fibras ao longo da peça sem interrupções ou 

cortes. O resultado é um ganho excepcional nas propriedades mecânicas, como resistência 

à fadiga e ao impacto. A Figura 5.10 mostra a estrutura fibrosa de uma amostra cilíndrica 

com redução em altura de 60,30%.  

 

 

Figura 5.10 Macrografia da amostra cilíndrica submetida a redução em altura de 60,30%. 

 

Microscopicamente, durante a deformação plástica os grãos mudam de forma 

e a quantidade de contornos de grãos por unidade de volume aumenta. Os grãos também 

mudam de orientação, assumindo uma orientação preferencial que forma a textura de 

deformação. A Figura 5.11 mostra micrografias óticas da seção longitudinal do DIN 

30MnVS6 após diferentes níveis de deformação. 

Como resultado do trabalho mecânico os grãos assumem a forma e a 

distribuição que correspondem aproximadamente à deformação do corpo como um todo 

[56]. Fica evidente, analisando a Figura 5.11, que conforme o grau de deformação 

aumenta, os grãos de ferrita distanciam-se da morfologia equiaxial inicial e alongam-se. 

As colônias de perlita, apesar da resistência superior a da matriz ferrítica, também se 

deformam, primeiro elasticamente e depois plasticamente, contudo essa deformação é 

substancialmente inferior à registrada nos grão ferríticos [166]. Além da alteração na 

forma, a deformação também gerou um alinhamento das colônias de perlita. Este 

alinhamento segue as linhas de fluxo mostradas na 5.10 e é mais intenso em níveis mais 

elevados de deformação.  
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Figura 5.11 Micrografias óticas da seção longitudinal de amostras cilíndricas submetidas a diferentes 

níveis de deformação. 

 

5.4 Análise do Atrito 

 

As curvas de calibração do ensaio do anel para o aço DIN 30MnVS6, obtidas 

via elementos finitos, são mostradas na Figura 5.12. Nas curvas estão ajustados os valores 

experimentais das três condições de atrito empregadas nos ensaios de compressão 

realizados neste trabalho. 

(a)            Inicial  

(b)  Redução em altura: 13,33% (c)  Redução em altura: 33,50% 

(d)  Redução em altura: 51,16% (e)  Redução em altura: 60,3% 
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A aplicação de estearato de zinco nas interfaces de contato revelou-se a 

melhor condição de lubrificação apresentando coeficiente de atrito igual a 0,05. A 

aplicação do lubrificante sintético M1 gerou um coeficiente de atrito de 0,09. Quando não 

foi realizada lubrificação, o coeficiente de atrito foi de 0,15. 

 

 

Figura 5.12 Curvas de calibração do ensaio do anel para o aço DIN 30MnVS6. 

 

O atrito tem papel fundamental na realização dos ensaios de compressão para 

determinação do diagrama de deformabilidade, intensificando as tensões circunferências 

de tração que acarretam a fratura superficial [25]. Para que os resultados numéricos sejam 

empregados em uma análise precisa dos ensaios experimentais, os valores dos 

coeficientes de atrito utilizados nas simulações devem quantificar com grande 

confiabilidade a condição real [54].  

Para garantir a precisão dos resultados numéricos, duas formas de validação 

foram realizadas. Primeiro, as curvas força-deslocamento do procedimento experimental 

foram comparadas às obtidas através de simulações numéricas. Em seguida, foi realizada 

a comparação entre o valor do diâmetro máximo da amostra (a meia altura) obtido 

experimentalmente e numericamente ao final do processo [45]. A Figura 5.13 mostra 

como é realizada a medição.  
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Figura 5.13 Comparação entre o diâmetro máximo da amostra após o ensaio e a simulação numérica. 

 

Os resultados numéricos demonstraram que os valores do coeficiente de 

atrito, definidos pelo ensaio do anel, foram capazes de refletir a condição real nos ensaios 

de compressão com amostras cilíndricas. Na compressão das amostras cônicas e 

flangeadas os resultados numéricos e experimentais divergiram consideravelmente. 

Dessa forma, para definir as condições de atrito desenvolvidas durante a compressão das 

amostras pré-embarriladas foi utilizada a análise inversa do processo. O valor correto do 

coeficiente de atrito foi encontrado iterativamente por simulações numéricas dos ensaios. 

A análise inversa dos ensaios, por tentativa e erro, foi realizada até que os resultados 

numéricos correspondessem aos obtidos experimentalmente.  

Foi verificado que para as amostras pré-embarriladas o atrito é mais elevado. 

Nestas amostras, a condição não lubrificada gerou um coeficiente de atrito de 0,18. Esses 

resultados estão de acordo com a literatura [147] que mostra que condições de atrito mais 

severas são encontradas em amostras não cilíndricas, ou seja, com geometria pré-

abaulada. 

A Figura 5.14 mostra os resultados numéricos e experimentais da evolução 

da força em função do deslocamento para todas as condições testadas após o ajuste dos 

coeficientes de atritos.  Os diâmetros finais, 𝑑𝑓, obtidos experimentalmente e a partir das 

simulações são listados na Tabela 5-2. Ambas as formas de validação mostraram ótima 

correlação entre os resultados numéricos e experimentais garantindo precisão a análise 

numérica dos ensaios de compressão. 
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Amostra Geometria ℎ0/𝑑0 Lubrificação 

1 Cilíndrica 1,5 Estearato de Zinco 

2 Cilíndrica 1,5 Lubrificante Sintético 

3 Cilíndrica 1,5 Sem Lubrificante 

4 Cilíndrica 1,0 Sem Lubrificante 

5 Cilíndrica 0,75 Sem Lubrificante 

6 Cilíndrica 0,5 Sem Lubrificante 

7 Cônica - Sem Lubrificante 

8 Flangeada - Sem Lubrificante 

 

Figura 5.14 Comparação entre os resultados experimentais (linha contínua) e simulados (pontilhado) da 

evolução da força com o deslocamento. 

 

Tabela 5-5-2 Diâmetros finais das amostras. 

Amostra 
Diâmetro final Experimental, 

𝑑𝑓𝐸 [mm] 

Diâmetro final Numérico, 𝑑𝑓𝑆 

[mm] 

1 18,86 18,63 

2 14,34 14,30 

3 12,69 12,94 

4 12,31 12,26 

5 11,39 11,32 

6 11,19 11,05 

7 10,71 10,63 

8 10,02 10,17 
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5.5 Diagrama Limite de Deformabilidade do DIN 30MnVS6 

 

Assumindo o sistema de coordenadas cilíndricas convencional, os 

componentes de deformação nas superfícies livres de amostras comprimidas consistem 

em deformações circunferenciais, 𝜑𝜃 (trativas) e axiais, 𝜑𝑧 (compressivas). As trajetórias 

de deformação determinadas experimentalmente para o aço DIN 30MnVS6 são 

mostradas, em termos das deformações superficiais principais, na Figura 5.15. 

 

 
Amostra Geometria ℎ0/𝑑0 Lubrificação 

1 Cilíndrica 1,5 Estearato de Zinco 

2 Cilíndrica 1,5 Lubrificante Sintético 

3 Cilíndrica 1,5 Sem Lubrificante 

4 Cilíndrica 1,0 Sem Lubrificante 

5 Cilíndrica 0,75 Sem Lubrificante 

6 Cilíndrica 0,5 Sem Lubrificante 

7 Cônica - Sem Lubrificante 

8 Flangeada - Sem Lubrificante 

Figura 5.15 Trajetórias de deformação obtidas para o aço microligado DIN 30MnVS6. 

 

A relação entre as deformações principais e, consequentemente, o 

comportamento das trajetórias de deformação obtidas nos ensaios de compressão é 

afetado pelo atrito e pela geometria inicial das amostras [167]. O conjunto de condições 

selecionado para a realização dos ensaios permitiu que uma ampla faixa de relações entre 

as deformações circunferenciais e axiais na fratura fosse obtida. Entre a amostra 
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flangeada, com a menor magnitude de 𝜑𝜃 e 𝜑𝑧 na fratura, e a amostra cilíndrica com 

lubrificação de estearato de zinco, condição com maior magnitude de 𝜑𝜃 e 𝜑𝑧 na fratura, 

a deformação axial variou entre -0,07 e -1,24, enquanto a deformação circunferencial 

variou de 0,22 a 0,81. Esta dispersão dos resultados, não só permite que a Linha Limite 

de Deformabilidade seja determinada, como também garante maior confiabilidade aos 

resultados. 

Apesar do comportamento distinto dos caminhos de deformação, algumas 

similaridades podem ser destacadas. Todas as trajetórias de deformação exibem não-

linearidade desde o início até a fratura. Ainda, a inclinação dos caminhos de deformação 

aumenta conforme o ponto de medição se aproxima do ponto de fratura. Isso significa 

que no momento da fratura o incremento de deformação axial é quase nulo, enquanto o 

incremento de deformação circunferencial é elevado [168]. 

 Para melhor entendimento de como as condições de atrito e a geometria 

das amostras influenciam a relação entre 𝜑𝜃 e 𝜑𝑧, as trajetórias de deformação 

apresentadas na Figura 5.15 foram divididas em 3 grupos em que foram variados: o atrito, 

a relação entre a altura e o diâmetro inicial (ℎ0/𝑑0) de amostras cilíndricas e a geometria 

das amostras mediante pré-embarrilamento por usinagem.  

 

5.5.1 Efeito do Atrito 

 

A Figura 5.16 mostra como a variação das condições de atrito afetam as 

trajetórias de deformação do aço DIN 30MnVS6. A geometria das amostras 1, 2 e 3 é 

idêntica e a alteração nos resultados deve-se apenas a modificação da condição de 

lubrificação. Também é mostrada a trajetória de deformação para compressão sem atrito, 

denominada deformação homogênea. Na deformação homogênea a ausência de atrito 

impede que o embarrilamento do cilindro se desenvolva e, assim, as tensões na superfície 

são uniformes. Teoricamente, nesta condição, os mecanismos de fissuração não podem 

ocorrer e a deformação de tração é igual à metade da deformação de compressão ao longo 

de toda trajetória de deformação, gerando uma inclinação constante de -0,5. Devido ao 

atrito, os caminhos de deformação determinados experimentalmente desviaram da 

inclinação da deformação homogênea.  
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As amostras 1, 2 e 3, devido as diferentes condições de lubrificação 

empregadas, apresentaram coeficiente de atrito de 0,05, 0,09 e 1,5, respectivamente.  Na 

compressão com maior coeficiente de atrito (amostra 3) a inclinação da trajetória de 

deformação é maior e a relação entre 𝜑𝜃 e 𝜑𝑧 capaz de gerar a fratura é alcançada mais 

rapidamente.  

 

 

Amostra Geometria ℎ0/𝑑0 Lubrificação 

1 Cilíndrica 1,5 Estearato de Zinco 

2 Cilíndrica 1,5 Lubrificante Sintético 

3 Cilíndrica 1,5 Sem Lubrificante 

Linha contínua Procedimento experimental 

Linha pontilhada Simulação numérica 

Figura 5.16 Efeito da variação das condições de atrito nas trajetórias de deformação do aço microligado 

DIN 30MnVS6. 

 

Com a redução do coeficiente de atrito, a inclinação dos caminhos de 

deformação torna-se mais suave. Para amostra com μ=0,05 a trajetória torna-se quase 

linear, aproximando-se da deformação homogênea. Dessa forma, com a redução do atrito 

a magnitude das deformações superficiais na fratura é ampliada. Melhores condições de 

lubrificação reduzem o embarrilamento do cilindro e, consequentemente, a magnitude das 

tensões superficiais de tração na direção circunferencial. Assim, o grau de deformação 

alcançado antes da fratura é significativamente ampliado. Nos ensaios em que estearato 

de zinco foi utilizado como lubrificante uma redução em altura na fratura de 80,8% foi 

obtida, enquanto para a condição sem lubrificante esse valor foi de 57,6%. 
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5.5.2 Efeito das Dimensões Iniciais do cilindro 

 

A Figura 5.17 mostra o efeito da razão entre a altura e o diâmetro inicial 

(ℎ0/𝑑0) de amostras cilíndricas nos caminhos de deformação. A condição de atrito dos 

ensaios das amostras 3, 4, 5 e 6 foi a mesma para que apenas o efeito da alteração das 

dimensões iniciais fosse verificado. Já foi previamente discutido na Seção 3.7 como a 

relação ℎ0/𝑑0 influência a compressão de amostras cilíndricas. A distribuição desigual 

da deformação ao longo do material gerada pelo atrito durante a compressão é ampliada 

conforme a relação ℎ0/𝑑0 é reduzida. Como resultado, o embarrilamento da amostra é 

acentuado inclinando a trajetória de deformação para cima. Assim, conforme a razão 

ℎ0/𝑑0 das amostras foi reduzida de 1,5 para 0,5, a magnitude das deformações na fratura 

também foi reduzida.  

 

Amostra Geometria ℎ0/𝑑0 Lubrificação 

3 Cilíndrica 1,5 Sem Lubrificante 

4 Cilíndrica 1,0 Sem Lubrificante 

5 Cilíndrica 0,75 Sem Lubrificante 

6 Cilíndrica 0,5 Sem Lubrificante 

Linha contínua Procedimento experimental 

Linha pontilhada Simulação numérica 

Figura 5.17 Efeito da variação da relação ℎ0/𝑑0 de amostras cilíndricas nas trajetórias de deformação do 

aço microligado DIN 30MnVS6. 
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5.5.3 Efeito do pré-embarrilamentodas Amostras 

 

A Figura 5.18 mostra o efeito da variação da geometria das amostras através 

do pré-embarrilamento por usinagem nas trajetórias de deformação. Os resultados das 

amostras cônicas e flangeadas são comparados ao resultado da amostra cilíndrica, sendo 

mantida a mesma condição de atrito em todos os ensaios. 

 

 

Amostra Geometria ℎ0/𝑑0 Lubrificação 

3 Cilíndrica 1,5 Sem Lubrificante 

7 Cônica - Sem Lubrificante 

8 Flangeada - Sem Lubrificante 

Linha contínua Procedimento experimental 

Linha pontilhada Simulação numérica 

Figura 5.18 Efeito do pré-embarrilamento das amostras nas trajetórias de deformação do aço microligado 

DIN 30MnVS6. 

 

O pré-embarrilamento das amostras, com a usinagem de formas cônicas e 

flangeadas, permite que os efeitos abordados anteriormente sejam reunidos. As 

geometrias cônicas e flangeadas simulam o efeito da redução de 

ℎ0/𝑑0 e ampliam o efeito do atrito, gerando até mesmo o aumento do coeficiente de atrito, 

como discutido na Seção 5.4. Como resultado, as trajetórias de deformação destas 

amostras exibem um aumento mais significativo da inclinação. A geometria flangeada 

apresenta o caminho de deformação com maior inclinação entre as amostras testadas. Este 

comportamento é muito semelhante ao encontrado em ensaios de tração axial, uma vez 

que a superfície da amostra é submetida a uma alta tensão circunferencial desde o início 
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[169]. A inclinação mais suave da trajetória de deformação da amostra cônica se 

assemelha a um comportamento intermediário entre os testes de tração e compressão 

[147].   

Nas Figuras 5.16, 5.17, e 5.18, além das trajetórias de deformação obtidas 

experimentalmente (linhas contínuas), são mostradas as evoluções das deformações 

superficiais obtidas por simulação numérica (linhas pontilhadas). Os resultados 

numéricos concordam com os experimentais ao longo de todas as trajetórias de 

deformação não apresentando diferenças superiores a 5% em nenhum ponto. Acredita-se 

que as diferenças relativamente pequenas entre os cálculos de elementos finitos e os 

resultados experimentais são provavelmente causadas por simplificações realizadas no 

processo de simulação. Nas simulações, o coeficiente de atrito é definido como sendo 

constante durante o ensaio. Possíveis variações no valor real do coeficiente de atrito 

durante a deformação plástica podem gerar uma diferença notável nos resultados 

numéricos. Além disso, nas simulações, o material é considerado isotrópico e homogêneo 

e qualquer detalhe do material que afete os resultados experimentais não é considerado 

nos cálculos numéricos [169].  

 

5.5.4 Limite de Deformabilidade do DIN 30MnVS6 

 

A união dos valores das deformações principais no momento da fratura 

estabelece a Linha Limite de Deformabilidade mostrada na Figura 5.19. A Linha Limite 

de Deformabilidade do aço microligado DIN 30MnVS6 apresentou inclinação de -

0,5128, desviando levemente da deformação homogênea. Dessa forma, a linha que 

estabelece o limite de deformabilidade do material pode ser expressa a partir da equação: 

𝜑𝜃𝑓 = 0,18 − 0,5128𝜑𝑧𝑓    (Equação 5.3) 

 Onde, 𝜑𝜃𝑓 e 𝜑𝑧𝑓  são, respectivamente, as deformações circunferencial e 

axial na fratura. O valor de 0,18 corresponde à intersecção da linha na ordenada. Uma vez 

que a Linha Limite de Deformabilidade tem inclinação de aproximadamente -0,5 para a 

maioria dos metais, é o valor de intersecção com a ordenada que define a extensão da 

região segura de processamento no diagrama e, consequentemente da deformabilidade do 

material.  
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Figura 5.19 Diagrama Limite de deformabilidade do aço microligado DIN 30MnVS6. 

 

 

5.5.5 Análise das Tensões Superficiais 

 

Os caminhos de deformação mostrados na Figura 5.18 foram aproximados 

por polinômios de terceiro grau e as equações que descrevem a variação de 𝜑𝜃 em função 

de 𝜑𝑧 estão listadas na Tabela 5-3. 

O conhecimento do histórico experimental de deformações plásticas, 

expressa pelas equações da Tabela 5-3, permite a avaliação da evolução dos componentes 

de tensão superficiais em função da deformação equivalente, 𝜑𝑒𝑞., como mostra a Figura 

5.20. As linhas contínuas correspondem aos valores obtidos experimentalmente, 

calculados através das equações 3.28 e 3.29, enquanto as linhas pontilhadas referem-se 

aos resultados obtidos via simulação numérica.  

O gradiente de tensão radial, 𝜎𝑟, é desprezível na região equatorial do 

cilindro, portanto, nesta região o estado de tensão é, essencialmente, de tensão plana. 

Além disso, os componentes de tensão e deformação de cisalhamento são nulos devido à 

simetria. O estado de tensão na região equatorial da superfície externa das amostras é, 

então, formado pelas tensões axial, 𝜎𝑧, e circunferencial, 𝜎𝜃 [45]. 
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Tabela 5-5-3 Equações que descrevem as trajetórias de deformação. 

Amostra Equação R² 

1 𝜑𝜃 = −0,0488𝜑𝑧
3 + 0,0158𝜑𝑧

2 − 0,5359𝜑𝑧 − 0,0024 0,9989 

2 𝜑𝜃 = −0,507𝜑𝑧
3 + 0,1953𝜑𝑧

2 − 0,5892𝜑𝑧 − 0,0024 0,9999 

3 𝜑𝜃 = −0,8696𝜑𝑧
3 + 0,0204𝜑𝑧

2 − 0,6125𝜑𝑧 − 0,001 0,9993 

4 𝜑𝜃 = −0,7714𝜑𝑧
3 + 0,283𝜑𝑧

2 − 0,5529𝜑𝑧 − 0,0003 0,9975 

5 𝜑𝜃 = −4,2764𝜑𝑧
3 − 1,6493𝜑𝑧

2 − 0,735𝜑𝑧 − 0,0091 0,9933 

6 𝜑𝜃 = −6,6398𝜑𝑧
3 − 2,4695 − 0,8547 − 0,0008 0,9974 

7 𝜑𝜃 = 1,8517𝜑𝑧
3 + 5,3086𝜑𝑧

2 + 0,0619𝜑𝑧 − 0,0002 0,9975 

8 𝜑𝜃326,8𝜑𝑧
3 + 71,672𝜑𝑧

2 + 0,1621𝜑𝑧 − 0,0003 0,9984 

   

Analisando a Figura 5.20 é possível verificar que, para todas as condições de 

testes, com o avanço da deformação equivalente, o módulo das tensões de tração aumenta, 

enquanto o da tensão de compressão diminui. Consequentemente, o componente de 

tensão hidrostático, 𝜎𝑚, torna-se cada vez mais trativo, o que gera uma alta tendência à 

fratura [31]. Apesar do comportamento aparentemente semelhante dos componentes de 

tensão, o nível de deformação equivalente alcançado antes da fratura variou 

consideravelmente. A amostra 1 obteve o melhor resultado, atingindo uma deformação 

equivalente próxima a 1,3 antes da fratura, enquanto a amostra 8, com o pior resultado, 

não ultrapassou uma deformação equivalente de 0,17.  

A variação significativa da deformação na fratura entre as amostras testadas 

está associada às condições de teste. A comparação entre o comportamento da amostra 

deformada nas melhores condições, amostra 1, e o corpo de prova submetido as condições 

mais severas, amostra 8, permite a melhor compreensão de como as condições 

geométricas e de atrito afetam o estado de tensão local das amostras e, consequentemente 

a deformabilidade.  
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(a) 

(b) 

(c) 

(d) 
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 Amostra Geometria ℎ0/𝑑0 Lubrificação 

(a) 1 Cilíndrica 1,5 Estearato de Zinco 

(b) 2 Cilíndrica 1,5 Lubrificante Sintético 

(c) 3 Cilíndrica 1,5 Sem Lubrificante 

(d) 4 Cilíndrica 1,0 Sem Lubrificante 

(e) 5 Cilíndrica 0,75 Sem Lubrificante 

(f) 6 Cilíndrica 0,5 Sem Lubrificante 

(g) 7 Cônica - Sem Lubrificante 

(h) 8 Flangeada - Sem Lubrificante 

Linha contínua Procedimento experimental 

Linha pontilhada Simulação numérica 

Figura 5.20 Evolução dos componentes de tensão circunferencial, 𝜎𝜃, longitudinal, 𝜎𝑧, e hidrostática, 𝜎𝑚, 
em função da deformação equivalente, 𝜑𝑒𝑞., durante os ensaios de compressão. 

 

Na compressão da amostra 1, devido a boa lubrificação, a tensão axial 

aumenta gradualmente durante a redução em altura. Ao longo de praticamente todo o 

ensaio a tensão média é compressiva. Assim, apenas no final da compressão as tensões 

de tração predominam na superfície do material, permitindo que níveis de deformação 

equivalente mais elevados sejam alcançados antes da fratura. Na amostra 8, por outro 

lado, a geometria flangeada e o atrito elevado fazem com que o estado de tensão seja 

trativo desde o início da compressão, com tensões circunferenciais elevadas e tensões 

axiais de baixa magnitude. O embarrilamento da amostra é tão severo que a tensão axial, 

inicialmente compressiva, torna-se trativa ao final do processo. Como resultado, o estado 

de tensão que produz as condições para a nucleação de trincas é alcançado mais rápido, 

ocasionando a fratura prematura da amostra. 

É importante notar o efeito da lubrificação na magnitude das tensões de 

tração. Nas amostras 1 e 2, a lubrificação das interfaces de contato entre as peças e as 

ferramentas reduziu significativamente a intensidade das tensões circunferenciais na 

superfície das amostras. Com a redução de atrito, o embarrilamento das amostras também 

é reduzido, tornando as tensões de tração mais brandas. O valor máximo das tensões 

circunferenciais das amostras não lubrificadas praticamente não variou, sendo próximo a 

1300 MPa para todas as geometrias (amostras 3 a 8).  Já a lubrificação por estearato de 

zinco (amostra 1) gerou uma redução desse valor de aproximadamente 33%, enquanto o 

uso de lubrificante sintético (amostra 2) reduziu em praticamente 20% a tensão de tração 

máxima na superfície das amostras.  

Fica claro que o aumento do atrito, a redução da relação ℎ0/𝑑0 e, 

principalmente, o pré-embarrilamento das amostras, aceleram a mudança no estado de 
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tensão, de compressivo para trativo, e, dessa forma, a ocorrência da fratura. O estado de 

tensão induzido pelos parâmetros do processo influenciam significativamente o 

fechamento ou a abertura de pequenas trincas e podem limitar ou acelerar o seu 

crescimento. Devido a esse importante papel do estado de tensão, não é possível expressar 

a deformabilidade apenas em termos do material. A deformabilidade depende também 

das variáveis do processo, como deformação, velocidade de deformação e temperatura 

[25]. Os ensaios realizados neste estudo foram realizados a baixas velocidades, de forma 

que o efeito da temperatura e da velocidade de deformação pode ser negligenciado. 

Contudo, na prática industrial, muitas vezes são desenvolvidas velocidades de 

deformação superiores a 50 s-1, podendo gerar um aumento de temperatura no material 

de trabalho de até 350°C [2]. Nestes casos, o efeito da temperatura e da velocidade de 

deformação deve ser controlado durante o processo.  

Estes resultados demonstram que na conformação sob tensão compressiva 

graus de deformação significativamente mais altos podem ser alcançados, em 

comparação a processos de deformação dominados por tensão de tração. Ou seja, para 

um determinado material, temperatura e velocidade de deformação, quanto maior a tensão 

hidrostática compressiva, melhor a deformabilidade do material [159].  

A correlação entre os resultados numéricos e experimentais mostrados na 

Figura 5.20 foi boa, permitindo ampliar a análise das tensões através das simulações 

numéricas. A Figura 5.21 mostra a distribuição das tensões hidrostáticas nas seções 

longitudinais das amostras cilíndrica com ℎ0/𝑑0= 1,5 (amostra 1) e cônica (amostra 7) 

até o momento da fratura.  

Devido a excelente condição de lubrificação, o estado de tensão na amostra 

cilíndrica é predominantemente compressivo até o penúltimo estágio registrado na Figura 

5.21. O embarrilamento da amostra só se desenvolve, alterando o estado de tensão, 

quando a altura da amostra se torna muito pequena em comparação o diâmetro. A partir 

deste instante o embarrilamento da amostra acentua-se alterando a tensão hidrostática na 

superfície, enquanto o restante do volume tem seu estado de tensão praticamente 

inalterado. A alteração do estado de tensão superficial, com a intensificação das tensões 

trativas, gera, rapidamente, a fratura nesta região.  
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 Amostra Geometria ℎ0/𝑑0 Lubrificação 

(a) 1 Cilíndrica 1,5 Estearato de Zinco 

(b) 7 Cônica - Sem Lubrificante 

Figura 5.21 Variação da tensão hidrostática durante os ensaios de compressão. 

 

Na amostra cônica, devido ao embarrilamento, a tensão média superficial 

torna-se positiva prematuramente. Com a rápida predominância do estado de tensão 

trativo, o restante da compressão resulta apenas na concentração das tensões de tração na 

superfície e o aumento do módulo de 𝜎𝜃 até a fratura do material. Ainda, do ponto de 

vista mecânico, é importante notar que após a compressão a forma da amostra cônica é 

idêntica à cilíndrica, reforçando a ideia de que se comporta como uma amostra cilíndrica 

pré-embarrilada [147].  

 

5.5.6 Análise das Trincas Superficiais 

 

A Figura 5.22 mostra os corpos de prova antes e após a realização dos testes 

de compressão, com destaque para as trincas superficiais decorrentes dos ensaios.  

O exame macroscópico do aspecto das trincas superficiais mostrou que todas 

as amostras cilíndricas apresentaram trincas à 45º da superfície, independente da condição 

de lubrificação e da relação ℎ0/𝑑0. A amostra cônica apresentou trincas mistas que se 

propagaram longitudinalmente próximo à superfície e tornaram-se obliquas próximo ao 

centro da amostra. A amostra flangeada, por outro lado, apresentou trincas longitudinais. 

(a) 

(b) 
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 Amostra Geometria ℎ0/𝑑0 Lubrificação 

(a) 1 Cilíndrica 1,5 Estearato de Zinco 

(b) 2 Cilíndrica 1,5 Lubrificante Sintético 

(c) 3 Cilíndrica 1,5 Sem Lubrificante 

(d) 4 Cilíndrica 1,0 Sem Lubrificante 

(e) 5 Cilíndrica 0,75 Sem Lubrificante 

(f) 6 Cilíndrica 0,5 Sem Lubrificante 

(g) 7 Cônica - Sem Lubrificante 

(h) 8 Flangeada - Sem Lubrificante 

 
Figura 5.22 Amostras de compressão após a realização dos ensaios. 

 

Nos ensaios de compressão e em operações de forjamento a frio, a forma 

como as trincas superficiais se propagam depende fundamentalmente das condições de 

atrito na interface peça-ferramenta e da geometria inicial da amostra [46]. Apesar da 

alteração das condições de atrito e da relação ℎ0/𝑑0 não ter afetado a forma como as 

(a)           (b) 

(c)                      (d) 

(e)                     (f) 

(g)                     (h) 
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trincas se formaram, o pré-embarrilamento das amostras foi capaz de mudar o tipo de 

trinca das amostras cônica e flangeada.  

KUDO e AOI (1967) relacionaram o modo de fratura superficial com as 

tensões desenvolvidas na superfície de amostras submetidas à compressão. Segundo o 

estudo, trincas longitudinais se formam quando, na fratura, a tensão axial na superfície da 

peça é compressiva, enquanto trincas obliquas ocorrem quando a tensão axial é trativa no 

momento da fratura.  

Observando os componentes de tensão mostrados na Figura 5.20, é possível 

verificar que, no momento da fratura, os componentes de tensão axial das amostras 

cilíndricas e cônica são compressivos, enquanto o da amostra flangeada é trativo. Dessa 

forma, o aspecto das trincas encontradas nas amostras cilíndricas e flangeadas estão de 

acordo com o resultado encontrado por KUDO e AOI.  Na amostra cônica, apesar da 

tensão axial manter-se negativa, no momento da fratura, a magnitude do componente de 

tensão foi muito baixa. Acredita-se que este seja o motivo para o surgimento da fratura 

mista.  

 

5.6 Critérios de Fratura Dúctil 

 

Nesta seção são apresentados os resultados referentes ao estudo da 

deformabilidade do DIN 30MnVS6 através dos critérios de fratura dúctil de Cockcroft-

Latham, de Oyane e de Johnson-Cook. Os três critérios estão incorporados ao software 

Simufact Forming 15.0 em que as simulações numéricas que apoiam a análise foram 

realizadas.  

Os critérios de Oyane e de Johnson-Cook necessitam da identificação de 

constantes associadas ao material. Dessa forma, primeiramente, são mostrados os 

resultados dos ensaios utilizados para a calibração destes modelos. Sem seguida, os 

ensaios de compressão apresentados na seção 5.5 e os ensaios de tração da seção 5.6.1 

são utilizados para a definição dos valores de dano crítico dos critérios de fratura dúctil 

investigados. 

 



 
 

115 
 

5.6.1 Ensaios de Tração para Calibração dos Critérios de Fratura Dúctil  

 

O momento da fratura pode ser determinado diretamente nos ensaios quando 

a fratura tem início na superfície, como é o caso dos ensaios de compressão [171]. 

Contudo, nos ensaios de tração isso não é possível, uma vez que a fratura tem início no 

interior das amostras.  Neste caso, os resultados das simulações tornam-se fundamentais 

para a definição do momento da fratura [172].   

Nos ensaios de tração, o deslocamento crítico, definido por meio da 

diminuição repentina da força, é utilizado para indicar o início da fratura. Supõe-se que o 

início da trinca é seguido por um rápido crescimento até a separação total do material, de 

forma que esses fenômenos podem ser considerados simultâneos. Definido o 

deslocamento crítico, a deformação equivalente na fratura pode, então, ser obtida a partir 

simulações numéricas [30]. 

Durante os ensaios de tração, a fratura é iniciada no centro das amostras, onde 

o fator de triaxialidade e a deformação equivalente são maiores [60,72]. A Figura 5.23 

mostra os locais de início da fratura onde foram obtidos os resultados numéricos. 

 

 

Figura 5.23 Locais do início da fratura nos ensaios de tração. 

 

O entendimento que a fratura tem início no centro da seção transversal das 

amostras de tração é confirmado pela Figura 5.24. A Figura 5.24 mostra o aspecto da 

fratura das amostras de tração após os ensaios, conhecida como “taça e cone”. Neste modo 

de fratura, a separação do material começa no centro do corpo de prova e depois se 
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propaga rapidamente por uma separação cisalhante em direção à região externa [56]. 

Estes resultados validam a escolha do local de obtenção dos resultados numéricos 

mostrados na Figura 5.23. 

 

 
Figura 5.24 Amostras de tração após a realização dos ensaios. 

 

 
 A Figura 5.25 mostra as curvas força-deslocamento, experimentais e simuladas, 

do ensaio de tração com amostra sem entalhe (Figura 5.25(a)) e com amostras entalhadas 

(Figura 5.25(b)). A sensibilidade das curvas ao entalhe é evidente. Conforme menor é o 

raio do entalhe, menor também é o deslocamento crítico.  

A correlação dos resultados experimentais e numéricos foi quase perfeita 

permitindo a definição dos componentes de tensão e de deformação nos locais de 

formação da trinca. A Figura 5.26 mostra a variação do fator de triaxialidade em função 

do deslocamento até o momento de início da fratura para todas as amostras de tração. 
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Figura 5.25 Curvas força-deslocamento dos ensaios de tração com (a) amostra sem entalhe e (b) amostras 

entalhadas. 

 

 

   

 

 

Figura 5.26 Variação do fator de triaxialidade com a deformação equivalente nos ensaios de tração de 

amostras (a) sem entalhe, (a) com entalhes de raio 1,5 mm; (b) 3,0 mm e (c) 6,0 mm. 

 

 

(a) (b) 

(c) (d) 

(a) (b) 
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A deformação equivalente na fratura e o a média do fator de triaxialidade de 

cada geometria estão listados na Tabela 5.4. As triaxialidade médias das amostras foram 

diferentes e mantiveram aproximadamente a mesma distância entre si. Estes resultados 

foram utilizados na definição dos parâmetros associados ao material dos critérios de 

fratura dúctil de Oyane e de Johnson-Cook. Vale salientar, que as relações entre o fator 

de triaxialidade médio e a deformação equivalente na fratura apresentadas na Tabela 5-4 

podem ser utilizadas para a calibração de outros critérios baseados no efeito da 

triaxialidade na fratura dúctil.  

 

Tabela 5-5-4 Relação entre o fator de triaxialidade médio e a deformação equivalente na fratura para as 

amostras de tração. 

Amostra 
Fator de Triaxialidade 

médio, 𝜂̅, [-] 

Deformação Equivalente 

na Fratura, 𝜑𝑒𝑞
𝑓

 [-] 

Sem entalhe 0,3361 0,3169 

Raio 6,0 mm 0,4747 0,2306 

Raio 3,0 mm 0,6251 0,2084 

Raio 1,5 mm 0,7254 0,1787 

 

5.6.2 Critério de Cockcroft-Latham  

 

5.6.2.1 Ensaios de Compressão 

 

O Critério de Cockcroft-Latham (normalizado) foi capaz de prever com 

precisão o local de fratura das amostras durante a compressão. Isso pode ser verificado 

na Figura 5.27 que mostra, como exemplos, o resultado da simulação numérica referente 

ao dano CL das amostras 1, 6 e 7. O local em que o dano máximo foi verificado coincide 

exatamente com o local da fratura das amostras, isto é, na superfície externa a meia altura.  
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Figura 5.27 Resultado da simulação numérica referente ao dano do Critério de Cockcroft-Latham para as 

amostras de compressão. 

 

A Tabela 5-5 lista o valor de dano crítico definido para cada condição de 

ensaio de compressão. 

 

Tabela 5-5-5 Valores de dano crítico obtidos nos ensaios de compressão. 

Amostra Valor de Dano Crítico CL, 𝑛𝐶0 [-] 

1 0,3 

2 0,28 

3 0,27 

4 0,31 

5 0,31 

6 0,27 

7 0,31 

8 0,27 

 

 
Figura 5.28 Valor do dano crítico C-L normalizado para as amostras de compressão. 

 

(a)                    (b)                            (c) 
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Uma forma de avaliar um critério de fratura é apresentar os valores de dano 

crítico, 𝑛𝐶0, em relação ao dano crítico médio, 𝑛𝐶0𝑚, (𝑛𝐶0/𝑛𝐶0𝑚) [31,147], como mostra 

a Figura 5.28. É possível verificar que o valor de dano crítico C-L apresentou um alto 

nível de regularidade. Nas condições analisadas, o dano crítico C-L pouco variou, 

apresentando valores entre 0,27 e 0,31. Assim, o valor de dano crítico médio de 0,29 pode 

ser considerado o valor de dano crítico Cockcroft-Latham para o aço DIN 30MnVS6.  

 

5.6.2.2 Ensaios de Tração 

 

A Figura 5.29 mostra a distribuição do dano Cockcroft-Latham ao longo da 

amostra de tração com entalhe de raio de 3 mm. É possível verificar que o valor máximo 

é encontrado no centro da seção transversal, mesmo ponto onde se acredita que a fratura 

tem início. Este comportamento foi verificado na simulação de todas as amostras de 

tração, sendo o Critério Cockcroft-Latham capaz de prever o local de fratura nestas 

condições.  

 

 

Figura 5.29 Resultado da simulação numérica referente ao dano do Critério de Cockcroft-Latham para a 

amostra de tração com entalhe de raio de 3mm. 

 

Diferente do que ocorreu na compressão, o valor de dano crítico obtido nos 

ensaios de tração variou significativamente. A Figura 5.30 mostra os valores de dano 

crítico das amostras de tração em relação ao dano crítico médio (𝑛𝐶0/𝑛𝐶0𝑚). Um desvio 

de aproximadamente 33% em relação ao valor crítico médio de 0,39 foi verificado. 

A Tabela 5-6 lista o valor de dano crítico definido para cada condição de 

ensaio de tração. 
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Tabela 5-6 Valores de dano crítico CL obtidos nos ensaios de tração. 

Amostra Valor de Dano Crítico C-L, 𝑛𝐶0 [-] 

Sem entalhe 0,32 

Raio 1,5 mm 0,34 

Raio 3 mm 0,48 

Raio 6 mm 0,42 

 

 

O valor de dano crítico verificado nas amostras de tração foi mais elevado do 

que o obtido nos ensaios de compressão. O valor de dano crítico CL médio encontrado 

nos ensaios de tração do DIN 30MnVS6 foi 25,6% mais elevado do que o valor médio 

encontrado nos ensaios de compressão. 

 

 

Figura 5.30 Valor do dano crítico CL normalizado para as amostras de tração. 

 

 

5.6.3 Critério de Oyane 

 

A constante do critério de Oyane é definida através da inclinação da reta que 

caracteriza a relação entre a deformação equivalente na fratura e a integral [57]: 

∫ 𝜂 𝑑𝜑𝑒𝑞
𝜑𝑒𝑞

𝑓

0
                      (Equação 5.4) 

 A partir dos resultados dos ensaios de tração da Seção 5.6 o gráfico apresentado 

na Figura 5.31 foi construído e a constante de Oyane do aço DIN 30MnVS6 foi definida 

como sendo igual a 2,366. 
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Figura 5.31 Relação entre a deformação equivalente na fratura e a integral ∫ 𝜼 𝒅𝝋𝒆𝒒
𝝋𝒆𝒒

𝒇

𝟎
.  

 

5.6.3.1 Ensaios de Compressão 

 

A distribuição do dano do Critério de Oyane obtida numericamente para as 

amostras 1, 7 e 8 é mostrada na Figura 5.32. O local em que o valor máximo de dano foi 

verificado nas geometrias submetidas à compressão foi compatível com o local de início 

de fratura de todas as amostras. 

A relação entre os valores da Tabela 5-7 com o valor de dano crítico médio 

encontrado para o critério de Oyane é mostrada na Figura 5.33. É possível verificar que 

o valor do dano crítico não variou significativamente, legitimando a definição do valor 

médio, de 0,5175, como dano crítico do Critério de Fratura Oyane para o DIN 30MnVS6.  

A Tabela 5-7 lista o valor de dano crítico definido para cada condição de 

ensaio de compressão. 

 

 

 



 
 

123 
 

 

Figura 5.32 Resultado da simulação numérica referente ao dano do Critério de Oyane para as amostras de 

compressão. 

 

 

Tabela 5-7 Valores de dano crítico de Oyane obtidos nos ensaios de compressão. 

Amostra Valor de Dano Crítico Oyane, 𝐶1 [-] 

1 0,51 

2 0,48 

3 0,52 

4 0,51 

5 0,54 

6 0,50 

7 0,52 

8 0,56 

 

 

 
Figura 5.33 Valor do dano crítico de Oyane normalizado para as amostras de compressão. 

 

(b)                    (b)                            (c) 
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5.6.3.2 Ensaios de Tração 

 

Assim como ocorreu para a compressão, o modelo proposto por Oyane foi 

capaz de prever o local de fratura nas amostras de tração, com e sem entalhe. A Figura 

5.34 mostra a distribuição do valor do dano de Oyane ao longo da amostra de tração com 

entalhe de raio de 1,5 mm.  

  

 

Figura 5.34 Resultado da simulação numérica referente ao dano do Critério de Oyane para a amostra de 

tração com entalhe de raio de 1,5mm. 

 

A Tabela 5.8 lista o valor de dano crítico definido para cada condição de 

ensaio de tração. 

 

Tabela 5-8 Valores de dano crítico de Oyane obtidos nos ensaios de tração. 

Amostra Valor de Dano Crítico Oyane, 𝐶1 [-] 

Sem entalhe 0,86 

Raio 1,5 mm 0,87 

Raio 3 mm 0,83 

Raio 6 mm 0,86 

 

 

Os valores de dano crítico obtidos na análise numérica dos ensaios de tração 

praticamente não variaram como mostra a Figura 5.36. Contudo, o valor médio 

encontrado foi de 0,855, substancialmente maior que o encontrado nos ensaios de 

compressão. Semelhante ao que ocorreu para o critério de CL, este comportamento 

também já foi verificado em pesquisas anteriores [48].  
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Figura 5.35 Valor do dano crítico Oyane normalizado para as amostras de tração. 

 

 

5.6.4 Critério de Johnson-Cook 

  

O Critério proposto por Johnson-Cook considera o efeito da temperatura e da 

velocidade de deformação na ocorrência da fratura, demandando a necessidade de 

identificação de cinco constantes. Contudo, as velocidades desenvolvidas nos ensaios 

realizados neste trabalho foram baixas, mantendo condições de carregamento quase 

estáticas. Assim, ambos os efeitos podem ser negligenciados, reduzindo o número de 

parâmetros necessários para o uso do critério. A Tabela 5-9 lista os parâmetros do Critério 

de Johnson-Cook para o DIN 30MnVS6. 

 

 

Tabela 5-9 Parâmetros do Critério de Johnson-Cook para o DIN 30MnVS6. 

𝐷1 𝐷2 𝐷3 

0,1239 0,5303 -3,112 

 

 Definidos os parâmetros, é possível plotar a relação entre a deformação 

equivalente na fratura e o fator de triaxialidade, como mostra a Figura 5.36.  
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Figura 5.36 Lugar geométrico de fratura do aço DIN 30MnVS6 para o critério de falha de Johnson-Cook. 

 

 

5.6.4.1 Ensaios de Compressão 

 

A Figura 5.37 mostra o resultado da simulação numérica referente ao dano J-

C das amostras 1, 2 e 3. Em todas as amostras de compressão, o valor máximo de dano 

foi verificado na superfície externa, aproximadamente a meia altura.  

 

 

Figura 5.37 Resultado da simulação numérica referente ao dano do Critério de Johnson-Cook para as 

amostras de compressão. 

 

 

 

(a)                         (b)                      (c)   
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No Critério de Johnson-Cook a falha é detectada quando o dano atinge o valor 

unitário. Assim, as simulações numéricas foram interrompidas quando 𝐶2 = 1. Para a 

análise da precisão do critério na previsão da fratura, o deslocamento em que o valor de 

dano atingiu o valor unitário foi comparado ao deslocamento em que a fratura ocorreu, 

definida experimentalmente. A Tabela 5.10 lista a discrepância entre os resultados. 

 

Tabela 5-10 Discrepância, em porcentagem, entre os resultados numéricos do critério Johnson-Cook e os 

resultados experimentais de compressão. 

Amostra 
Diferença entre os resultados numéricos e 

experimentais para o critério JC [%] 

1 7,62 

2 0,00 

3 7,15 

4 4,70 

5 2,01 

6 2,00 

7 16,25 

8 19,35 

 

5.6.4.2 Ensaios de Tração 

 

A Figura 5.38 mostra o resultado numérico do critério JC no momento da 

fratura da amostra de tração com entalhe de raio de 6 mm..  O valor máximo de dano  é 

observado na área central da seção transversal mínima. Como o critério JC é baseado no 

efeito da triaxialidade, a distribuição do dano acompanha a distribuição do fator de 

triaxialidade, prevendo com precisão o local de início da fratura nos ensaios de tração. 

A Tabela 5-11 apresenta os resultados numéricos do critério JC empregado 

nos ensaios de tração. Nas condições analisadas, observa-se uma ótima correlação entre 

os resultados numéricos e experimentais, com um erro médio de apenas 2,5%. 
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Figura 5.38 Resultado da simulação numérica referente ao dano Johnson-Cook para a amostra de tração 

com entalhe de raio de 6mm. 

 

 

Tabela 5-11 Discrepância, em porcentagem, entre os resultados numéricos do critério Johnson-Cook e os 

resultados experimentais de tração. 

Amostra 
Diferença entre os resultados numéricos e 

experimentais para o critério JC [%] 

Sem entalhe 1,89 

Raio 1,5 mm 0,00 

Raio 3 mm 1,61 

Raio 6 mm 6,45 
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6. DISCUSSÕES DOS RESULTADOS 

 

6.1. Caracterização Mecânica e Metalúrgica do DIN 30MnVS6 

 

A caracterização inicial revelou que o processo de produção do DIN 

30MnVS6 foi capaz de gerar, já na condição laminada, excelente resistência ao aço. 

Acredita-se que isso seja resultado da distribuição de finos carbonitretos de vanádio 

precipitados durante o resfriamento após a laminação a quente. As taxas de resfriamento 

empregadas a partir da conformação a quente foram eficazes para gerar um nível elevado 

de endurecimento por precipitação. O processo de laminação ainda foi capaz de produzir 

grãos de ferrita refinados, o que também contribui para a resistência encontrada na 

condição inicial. 

Os fatores já mencionados, em conjunto com a microestrutura com elevada 

fração volumétrica de perlita, propiciam ao DIN 30MnVS6 a elevada resistência 

observada nas curvas de escoamento mostradas na Figura 5.5. Apesar do coeficiente de 

encruamento relativamente baixo (n=0,13), o DIN 30MnVS6 apresentou um alto 

coeficiente de resistência. O coeficiente de resistência do aço DIN 30MnVS6 é maior que 

o de outros aços tradicionalmente forjados a frio, que geralmente possuem K variando 

entre 600 e 1000 MPa [2]. O coeficiente de resistência do DIN 30MnVS6 é superior até 

mesmo ao do aço AISI 4130 temperado a 550°C (K = 1370 MPa) [178]. Dessa forma, 

apesar de não apresentar um alto coeficiente de encruamento, o DIN 30MnVS6 exibe um 

coeficiente de resistência elevado que o torna capaz de alcançar níveis elevados de 

resistência mecânica após a conformação a frio. 

A deformação a frio do DIN 30MnVS6 também resulta em um ganho 

considerável de dureza. Os ensaios de compressão para avaliação da capacidade de 

endurecimento por encruamento mostraram que o aço pode atingir dureza superior a 380 

HV devido ao efeito deste mecanismo de endurecimento.  

O interesse na aplicação do DIN 30MnVS6 em operações de forjamento a 

frio origina-se na possibilidade da supressão dos tratamentos térmicos de endurecimento 

empregados na rota convencional de produção de componentes de alta resistência. Para 

tanto, é necessário que este aço microligado alcance, sem qualquer tratamento térmico, 

os níveis de resistência exigida. Considerando a aplicação deste aço na produção de 



 
 

130 
 

parafusos, por exemplo, os resultados apresentados na caracterização mecânica do 

material demonstraram que o DIN 30MnVS6, se empregado a um projeto adequado, é 

capaz de alcançar os níveis de dureza exigidos na produção de parafusos de alta 

resistência. O aço satisfaz as exigências de dureza de 8 das 9 classes de resistência 

apresentadas pela Norma ISO 898-1:2013 [26].  

Estes resultados tornam a conformação a frio do DIN 30MnVS6 muito 

atrativa. Contudo, do ponto de vista da deformabilidade, a elevada resistência revelada 

pelos ensaios mecânicos é prejudicial. Para resistências elevadas as tensões necessárias 

para a fratura são alcançadas mais facilmente. 

Além disso, outro aspecto importante capaz de limitar a deformabilidade do 

DIN 30MnVS6 está relacionado a composição química do aço. O teor de enxofre na 

composição química do DIN 30MnVS6 reflete-se na presença de partículas de sulfeto de 

manganês (MnS). Estas partículas melhoram a usinabilidade do material, fornecendo 

lubrificação à ferramenta de corte e aprimorando os cavacos de quebra curta [16]. 

Contudo, estas inclusões também podem reduzir drasticamente as propriedades 

mecânicas transversais do aço. Como são relativamente plásticas, estas inclusões 

deformam-se durante as etapas de laminação, alongando-se no sentido da deformação. 

Inclusões alongadas tendem a formar trincas alongadas nos estágios iniciais de 

deformação plástica, acelerando o desenvolvimento da fratura [101]. 

Por estes motivos a análise da deformabilidade apresentada na próxima seção 

é essencial para legitimar a aplicação do DIN 30MnVS6 em operações de forjamento a 

frio. 

 

6.2 Diagrama Limite de Deformabilidade do DIN 30MnVS6 

 

As trajetórias de deformação obtidas para o DIN 30MnVS6 apresentaram o 

comportamento típico já registrado por outros pesquisadores. Devido ao embarrilamento 

das amostras, as trajetórias desviaram da correspondente à deformação homogênea. Este 

efeito foi mais intenso conforme o atrito na interface entre as amostras e as placas de 

compressão aumentou e a relação ℎ0/𝑑0 foi reduzida. O pré-embarrilamento das amostras 

cilíndricas acentuou ainda mais o afastamento das trajetórias de deformação daquela 

obtida em condições ideais (deformação homogênea). 
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Os componentes de tensão superficiais nas amostras de DIN 30MnVS6 

também foram calculados. Mesmo na melhor condição de lubrificação (amostra 1) o 

embarrilamento da amostra foi capaz de tornar o estado de tensão trativo.  Apesar de no 

momento da fratura a tensão hidrostática ser positiva em todas as condições analisadas, 

ficou evidente que a alteração das condições geométricas e de atrito modifica a redução 

em altura necessária para tornar a tensão hidrostática trativa. Melhores condições de 

lubrificação retardam o momento em que o componente hidrostático torna-se de tração. 

Como resultado, a deformação equivalente atingida antes da fratura é superior. Nas 

amostras pré-embarriladas a deformação equivalente na fratura foi muito menor do que 

as das amostras cilíndricas. Isso se deve ao fato da tensão hidrostática na superfície livre 

da amostra tornar-se trativa logo no começo do teste. 

Foi mostrado que os estados de tensão e de deformação não se mantém 

uniformes durante a conformação mecânica, variando constantemente. Isso põe em 

evidência a importância dos parâmetros do processo na deformabilidade. O projeto das 

ferramentas, a geometria da peça e lubrificação determinam os estados locais de tensão e 

de deformação em todo o material. O controle destes parâmetros deve ser exercido para 

produzir condições favoráveis do ponto de vista da deformabilidade.   

Os ensaios de compressão para construção do Diagrama de Deformabilidade 

do DIN 30MnVS6 apontaram que o limite de deformabilidade do material é expresso por 

uma reta, aproximadamente paralela a trajetória de deformação homogênea. A inclinação 

da Linha Limite de Deformação de -0,51 está em concordância com a encontrada por 

outros pesquisadores para uma ampla gama de materiais (Tabela 3-1). Uma vez que a 

inclinação do limite de deformabilidade dos materiais é praticamente idêntica, o valor de 

interceptação da Linha Limite de Deformabilidade no eixo das ordenadas pode ser usado 

para comparar a deformabilidade dos materiais. 

O valor de interceptação da Linha Limite de Deformabilidade no eixo das 

ordenadas do DIN 30MnVS6 foi de 0,18. Este valor é consideravelmente menor que o de 

outros aços comuns, como o AISI 1045 (0,29) e AISI 1020 (0,32) [24]. Estes aços 

destacam-se pela boa ductilidade e são amplamente empregados em operações de 

forjamento a frio [2]. Apesar disso, o valor de 0,18 é mesmo encontrado para o aço 

inoxidável AISI 303. O AISI 303 é comumente empregado em processos de forjamento 

a frio, especialmente na produção de fixadores, sendo reconhecido por possuir boa 

deformabilidade [173]. Este resultado revela que as regiões seguras de processamento 

(abaixo da Linha Limite de Deformabilidade) do aço DIN 30MnVS6 e do AISI 303 são 
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idênticas. Em processos em que a deformabilidade é limitada pela ocorrência de fratura 

superficial, a deformabilidade dos dois materiais se equiparam, mostrando a aptidão do 

aço microligado DIN 30MnVS6 para a aplicação em operações de forjamento a frio. 

Os resultados da caracterização mecânica e do Diagrama de Deformabilidade 

comprovaram o potencial de aplicação do DIN 30MnVS6 no forjamento a frio. O material 

possui deformabilidade satisfatória e é capaz de atingir níveis excelentes de resistência 

após a conformação a frio, sem a necessidade de tratamentos térmicos.  

 

6.3 Critérios de Fratura Dúctil 

 

 O Diagrama Limite de Deformabilidade é uma ferramenta importante e já 

consolidada na análise da deformabilidade dos materiais. Contudo, seus resultados são 

válidos apenas para processos em que a deformabilidade é limitada por trincas na 

superfície livre do material. Assim, no projeto do processo de forjamento a frio, é 

interessante que o limite de deformabilidade seja utilizado em conjunto com critérios de 

fratura dúctil. Dessa forma, a utilização dos critérios de fratura dúctil de Cockcroft e 

Latham (CL), de Oyane e de Johnson-Cook (JC) na previsão de defeitos no forjamento a 

frio foi avaliada.  

A validade dos critérios foi verificada em ensaios de tração e de compressão. 

Estes ensaios permitem investigar a precisão dos critérios na previsão de diferentes tipos 

de fratura. Na compressão a fratura ocorre por cisalhamento, enquanto na tração a fratura 

se dá pelo mecanismo de nucleação, crescimento e coalescência de vazios.  

Todos os critérios foram capazes de prever com precisão o local de início da 

fratura, independente do tipo de ensaio analisado. Nos ensaios de compressão, o dano 

máximo de todos os critérios foi verificado na superfície externa a meia altura, região 

onde a fratura tem início. Nos ensaios de tração, a fratura tem origem no centro da seção 

transversal das amostras, local onde o valor de dano máximo foi encontrado para todos 

os critérios.  

A capacidade dos critérios de Oyane e de Cockcroft e Latham em prever o 

local de início de fraturas internas foi investigado CLIFT et al. (1990). Os autores 

mostraram, através da análise numérica, que os critérios são capazes de prever o local da 

formação de chevrons na extrusão de barras da liga de latão 60 40 e da liga de alumínio 

7075. 
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O critério de Cockcroft e Latham (CL) apresentou boa regularidade nos 

ensaios de compressão. Nas oito condições analisadas, o valor de dano crítico não desviou 

mais que 7% do valor de dano crítico médio. Diante disso, o valor de dano crítico médio 

de 0,29 foi definido como o valor de dano crítico Cockcroft-Latham Normalizado para o 

aço DIN 30MnVS6.  

A consistência do critério na previsão de trincas na superfície livre em 

processos de forjamento a frio já foi relatada anteriormente. KIM et. al (1999) utilizaram 

o critério no projeto de produção de parafusos da liga de alumínio A11100-O. A diferença 

entre os valores de dano crítico obtidos em ensaios de compressão e no processo de 

prensagem da cabeça do parafuso em forma de cone foi de cerca de 10%. Ainda segundo 

os autores, no projeto de peças forjadas a frio, desvios em torno de 10% são aceitáveis. 

 O dano crítico Cockcroft-Latham (normalizado) não foi constante em toda a 

gama de testes de tração. Foram encontrados desvios de aproximadamente 33% em 

relação ao valor crítico médio de 0,39. O menor valor (0,32) foi encontrado para a amostra 

de tração sem entalhe, enquanto o valor máximo (0,42) foi verificado para a amostra com 

entalhe de raio de 3 mm. A dificuldade do critério de Cockcroft-Latham em prever trincas 

internas já foi relatada anteriormente. KOMORI (2003) analisou este critério na previsão 

de chevrons no processo de trefilação e verificou a baixa precisão do critério.  

A origem destes erros pode estar no fato do critério Cockcroft-Latham não 

considerar o papel da tensão hidrostática na fratura e simplesmente priorizar o efeito da 

tensão principal máxima. Além disso, o modelo não é sensível a alterações entre a tensão 

principal maior, 𝜎1, e a tensão principal intermediária, 𝜎2, o que pode ocorrer durante os 

processos de conformação e também gerar inconsistências [147].  

Os valores de dano crítico do critério de Oyane apresentaram regularidade 

nos ensaios de tração e de compressão. Na compressão, os resultados foram semelhantes 

aos encontrados para o critério de Cockcroft-Latham, com uma variação de 

aproximadamente 8% do valor médio. Na tração, os resultados foram mais consistentes, 

variando pouco mais de 4%.  Estes resultados corroboram os de GOUVEIA et al. (1996) 

que concluíram que o critério de Oyane prevê com precisão satisfatória a formação de 

trincas na superfície livre e trincas internas sob estados de tensão triaxial e biaxial.  

Assim como ocorreu para o critério de Cockcroft-Latham, o valor de dano 

crítico de Oyane para a compressão (0,51) foi mais baixo que o encontrado para a tração 

(0,85). Esse comportamento já foi verificado anteriormente por KIM et al.(1995). No 

estudo, os valores críticos de dano foram definidos para o aço AISI 1045 através de 
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ensaios de compressão e de tração de amostras entalhadas. O valor crítico encontrado 

para a tração foi significativamente maior que o obtido para compressão para ambos os 

critérios. Para o aço AISI 1045 o aumento foi de 32% para o critério de Cockcroft-Latham 

e de 42% para o critério de Oyane. A variação encontrada para o aço DIN 30MnVS6 foi 

semelhante, sendo de 25% para o modelo de Cockcroft-Latham e de 40% para o critério 

de Oyane.  

Estes resultados revelam que a utilização de um único teste experimental na 

definição dos valores de dano crítico pode gerar resultados equivocados. Assim, como foi 

realizado neste estudo, a análise de critérios de fratura requer a seleção de diversos ensaios 

sob diferentes estados de tensão e deformação.  

O modelo de Johnson-Cook (JC) é incorporado na maioria dos softwares de 

simulação numérica de processos de conformação mecânica [177]. Por ser um critério 

originalmente proposto para a representação da falha em triaxialidades altas, os estudos 

sobre este critério abordam principalmente processos de usinagem ou conformação de 

chapas metálicas.  A literatura disponível referente à aplicação do critério na previsão da 

fratura em processos de forjamento é extremamente limitada.  

Geralmente, o critério de Johnson-Cook é calibrado apenas com ensaios na 

faixa de triaxialidade altas, o que torna o critério ineficiente na previsão de falhas nas 

faixas de triaxialidade baixa ou negativa. Neste estudo, por outro lado, resultados 

experimentais na faixa de triaxialidades negativas foram incorporados à calibração do 

modelo. Como resultado, o critério apresentou resultados satisfatórios também para 

compressão (triaxialidade negativas).  

No critério JC a falha é verificada quando o dano atinge o valor unitário. 

Dessa forma, a análise deste modelo foi distinta daquela dos critérios abordados 

anteriormente. Para a análise da precisão do critério, o deslocamento em que o valor de 

dano atingiu o valor unitário foi comparado ao deslocamento em que a fratura ocorreu 

(definida experimentalmente). Na compressão de amostras cilíndricas o erro médio do 

critério foi inferior a 4%. Destaca-se o resultado encontrado para a amostra 2, em que o 

critério foi capaz de prever com 100% de precisão o instante da fratura. Contudo, para as 

amostras pré-embarriladas os resultados foram menos consistentes, apresentando erros de 

16% para a amostra cônica e 19% para a amostra flangeada.  

Nos ensaios de tração a precisão do critério de Johnson-Cook foi a mais 

elevada entre os três modelos analisados, com um erro médio de apenas 2,5%. O melhor 
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resultado foi encontrado para a amostra com entalhe de raio de 1,5 mm, na qual o critério 

previu com 100% de precisão o momento da fratura.  

A partir da análise da precisão e da regularidade dos resultados de cada 

critério, verificou-se que os valores de dano crítico obtidos nos ensaios de compressão 

para os critérios Cockcroft-Latham e Oyane de, respectivamente, 0,29 e 0,51 podem ser 

utilizados no projeto de processos como a prensagem em que a deformabilidade é 

limitada, principalmente, pela fratura na superfície livre. O dano crítico obtido nos ensaios 

de tração para o critério de Oyane, de 0,85, é adequado na previsão de defeitos em 

processos limitados pela ocorrência de fratura interna, como a extrusão direta. Nestas 

condições o critério de Johnson-Cook também se mostrou útil, prevendo com precisão a 

ocorrência da fratura interna em ensaios de tração. 
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7. CONCLUSÕES 

 

A possibilidade de supressão dos tratamentos térmicos empregados na rota 

convencional de produção de componentes forjados a frio de alta resistência impulsiona 

a utilização de aços diferentes daqueles tradicionalmente utilizados no processo. Contudo, 

a aplicação de um material em operações de forjamento a frio depende, 

fundamentalmente, de uma análise prévia da deformabilidade.  Esta pesquisa assumiu 

como objetivo principal analisar a deformabilidade do aço microligado DIN 30MnVS6 e, 

dessa forma, avaliar a aplicabilidade deste material de alta resistência em operações de 

forjamento a frio. 

Para tal, inicialmente, foi realizada a caracterização mecânica e metalúrgica 

do material, fornecendo informações importantes, e ainda desconhecidas, sobre a resposta 

do DIN 30MnVS6 a deformação a frio. Estas informações são indispensáveis para o 

estudo da deformabilidade, sendo a base para o emprego da análise numérica por 

elementos finitos. O estudo da deformabilidade foi realizado através de procedimentos 

experimentais elaborados para estabelecer o limite de deformabilidade do material em 

termos dos estados de deformação e de critérios de fratura dúctil. Além do Diagrama 

Limite de Deformabilidade, os critérios de fratura dúctil de Cockcroft e Latham, de Oyane 

e de Johnson-Cook foram as ferramentas utilizadas na análise da deformabilidade do DIN 

30MnVS6. 

Os mecanismos de endurecimento a que o DIN 30MnVS6 é submetido 

durante a sua produção garantem a este aço ferrítico-perlítico elevada resistência já na 

condição laminada. Os ensaios mecânicos de tração e compressão mostraram que o 

material possui limite de escoamento de 702 MPa e limite de resistência de 954 MPa. Foi 

mostrado que a dureza do material, inicialmente de 295 HV, pode atingir 382 HV devido 

ao efeito do encruamento. O aumento de dureza de 29,5% mostra que este aço apresenta 

boa capacidade de endurecimento, atingindo níveis de resistência exigidos na produção 

de componentes de alto desempenho sem a necessidade de tratamentos térmicos.  

Ensaios de compressão foram utilizados na construção do Diagrama Limite 

de Deformação do DIN 30MnVS6. Além de definir o limite de deformabilidade do 

material, a análise experimental e numérica permitiu o entendimento de como os 

parâmetros do processo afetam a deformabilidade. Os ensaios foram realizados em 

condições que permitiram que efeitos da temperatura e da velocidade de deformação 
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fossem negligenciados. Assim, os históricos de tensão e deformação durante a 

deformação plástica foram influenciados pelo atrito e a geometria das amostras. Foi 

mostrado que estes fatores, se não controlados, podem reduzir significativamente o nível 

de deformação que o material é conformado antes da fratura.  

O Limite de Deformabilidade do DIN 30MnVS6 é expresso por uma reta, 

aproximadamente paralela a trajetória de deformação homogênea. O valor de 

interceptação desta reta com o eixo das ordenadas do Diagrama Limite de 

Deformabilidade pode ser usado para quantificar a deformabilidade do material. O valor 

de 0,18 encontrado para o DIN 30MnVS6 é idêntico ao aço inoxidável AISI 303, 

comumente utilizado em operações de forjamento a frio.  

O dano crítico dos critérios de Cockcroft e Latham, de Oyane e de Johnson-

Cook foram determinados para o DIN 30MnVS6. Os critérios foram investigados em 

ensaios de tração, em que a fratura tem origem no interior da peça, e ensaios de 

compressão, em que a fratura ocorre na superfície livre em expansão. Todos os critérios 

foram capazes de prever o local de início da fratura nas condições analisadas. Os critérios 

de Cockcroft e Latham e de Oyane foram os mais adequados na previsão de trincas 

superficiais. Os modelos apresentaram boa regularidade, com os valores de dano crítico 

não variando significativamente. Apesar de não ser tradicionalmente empregado na 

análise da fratura em triaxialidades negativas, o critério de Johnson-Cook também 

apresentou bons resultados na compressão de amostras cilíndricas. Contudo, para as 

amostras cônica e flangeada os resultados não foram consistentes.  

Os valores de dano crítico dos critérios de Cockcroft e Latham e de Oyane 

verificados nos ensaios de tração foram diferentes daqueles encontrados na compressão. 

Ambos os critérios apresentaram valores críticos mais elevados para a fratura sob 

carregamento trativo. Nesta condição, os valores de dano crítico encontrados para o 

critério de Cockcroft e Latham não foram uniformes e os critérios de Oyane e de Johnson-

Cook foram os mais precisos na previsão da fratura interna.  

Por fim, conclui-se que o aço microligado ao vanádio DIN 30MnVS6 

apresenta deformabilidade a frio satisfatória. Os resultados deste estudo, não somente 

validam a aplicação deste aço microligado em operações de forjamento a frio, como 

também podem ser utilizados para nortear o projeto do processo. Os limites de 

deformabilidade apresentados podem ser utilizados para definir, de forma confiável, se 

uma operação de forjamento a frio pode ser realizada com o DIN 30MnVS6 sem a 

ocorrência de defeitos.  
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8. SUGESTÔES PARA TRABALHOS FUTUROS 

 

 

▪ Analisar o efeito da deformação a frio na tenacidade do DIN 30MnVS6. 

▪ Definir os melhores parâmetros do tratamento térmico de recozimento para 

reestabelecimento da ductilidade do DIN 30MnVS6 entre operações de 

forjamento a frio. 

▪ Definir o valor de dano crítico do DIN 30MnVS6 para um número maior de 

critério de fratura dúctil. 

▪ Estudar o comportamento na fratura do DIN 30MnVS6 em um faixa ampla de 

triaxialidade. 

▪ Estudar o efeito do Ângulo de Lode no comportamento na fratura do DIN 

30MnVS6. 
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