
UNIVERSIDAD DE CANTABRIA

ESCUELA DE DOCTORADO DE LA UNIVERSIDAD DE
CANTABRIA

DOCTORADO EN INGENIERÍA INDUSTRIAL: TECNOLOGÍAS DE DISEÑO Y
PRODUCCIÓN INDUSTRIAL

Mejora del proceso de calibración numérica de un modelo
constitutivo de material para la simulación del springback en

estampación metálica

Numerical calibration process improvement of a constitutive material model
for springback simulation in sheet metal forming

Memoria de Tesis Doctoral presentada para optar al título de Doctor
por la Universidad de Cantabria

Presentada por:

César Aguado Vela

Dirigida por:
Dr. Ana de Juan de Luna

Dr. Miguel Iglesias Santamaría

Santander, 2025



2



Resumen

En la industria del conformado de chapa, la recuperación elástica (spring-
back) sigue siendo una de las fuentes más persistentes de desviaciones geomé-
tricas y no conformidades. Tras retirar la pieza del troquel, esta se aleja de
la forma objetivo y compromete tolerancias críticas, generando problemas de
acoplamiento, holguras indeseadas y ajustes en operaciones de ensamblaje.
Estas desviaciones obligan a iteraciones de puesta a punto y compensaciones
geométricas del troquel, lo que incrementa los costes y consume capacidad
productiva. La tasa de rechazo y el tiempo adicional de puesta a punto im-
pactan directamente el plazo de industrialización, el coste total de propiedad
del utillaje y la previsibilidad del proceso. El efecto se agrava en piezas del-
gadas y con radios ajustados, donde pequeñas variaciones tribológicas o de
material se traducen en cambios apreciables en la recuperación elástica. El
fenómeno es, además, multiparamétrico: depende de la anisotropía, la his-
toria de carga, el efecto Bauschinger, la degradación del módulo elástico, la
fricción y las condiciones de proceso, lo que dificulta su modelización y con-
trol. Por todo ello, anticipar y compensar springback con alta fidelidad se ha
convertido en una prioridad en sectores como automoción y línea blanca para
reducir iteraciones físicas, acortar plazos y asegurar la calidad dimensional.

El control del retorno elástico (springback) en el conformado en frío de
chapas metálicas sigue siendo un desafío crítico que condiciona tanto la pre-
cisión dimensional como los costes de desarrollo en la industria. Esta tesis se
enmarca en un contexto de transición hacia estrategias de validación virtual
(Virtual Release), donde la simulación numérica pretende sustituir la mayor
parte de los ensayos físicos a fin de acortar plazos y reducir incertidumbres.
El trabajo se ha desarrollado en colaboración con el Centro de Competen-
cia de Gas de BSH Home Appliances Group y toma como caso de estudio
una pieza real de una placa de cocción a gas, típicamente una de las más
costosas de validar por su sensibilidad geométrica y por el impacto econó-
mico de eventuales rediseños. La sinergia entre caracterización experimental
y modelización mecánica mediante elementos finitos constituye, por tanto,
el hilo conductor de la investigación, con el objetivo último de anticipar el
springback con suficiente fidelidad para compensarlo en fase de diseño.

El objetivo general es proponer, implementar y validar una metodolo-
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gía experimental-numérica de calibración inversa que permita identificar con
robustez los parámetros de modelos constitutivos avanzados capaces de pre-
decir dicho springback en aceros inoxidables austeníticos metaestables. Se
analizan dos formulaciones: un modelo con criterio de fluencia YLD2000 y
endurecimiento de Chaboche-Rousselier, y un modelo YoshidaUemori con
endurecimiento mixto y evolución del módulo elástico.

La contribución metodológica se articula alrededor de un banco de ensayos
concebido para excitar estados de deformación suficientemente diversos con
un coste experimental contenido. Se diseñaron dos geometrías de probeta:
una en forma de U, ampliamente utilizada en estudios previos, y otra en
forma de W, una geometría novedosa que incorpora una etapa adicional de
reembutición. Ambas conformadas en un útil modular que permite combinar
diferentes radios de matriz, variar los niveles de fuerza del pisador como las
velocidades del punzón. Todo ello unido a probetas extraidas con diferentes
orientaciones respecto a la dirección de laminación genera una matriz de
combinaciones adecuada para calibrar parámetros en modelos avanzados de
material.

Tras el conformado, la medición geométrica se realiza por visión artificial
2D empleando una placa con fiduciales ArUco para fijar escala y ortogonali-
dad. El flujo de medición detección, refinamiento subpíxel y ajuste geométrico
de perfiles proporciona la base numérica a partir de la cual se definen mag-
nitudes angulares y de curvatura que sintetizan la geometría final de cada
probeta.

La cadena numérica se implementa en LS-DYNA siguiendo prácticas con-
solidadas para procesos de embutición, corte y descarga elástica, con mode-
lización detallada del contacto, del comportamiento anisotrópico y de las
condiciones de contorno que gobiernan la transferencia de cargas durante
el conformado. Este entorno permite reproducir la secuencia de fabricación
y cuantificar la recuperación elástica de manera coherente con los ensayos,
facilitando contrastes directos en configuraciones industriales.

La calibración de parámetros del modelo YoshidaUemori se aborda como
un problema de optimización global resuelto mediante algoritmos genéticos,
integrados en un flujo de automatización que gestiona la generación de casos,
el lanzamiento de simulaciones, el posprocesado geométrico y el cálculo de la
función objetivo.

En síntesis, la tesis demuestra que una estrategia de calibración inver-
sa basada en probetas U/W, medición por visión artificial y optimización
evolutiva acelera y simplifica la identificación de parámetros en modelos de
material avanzados, aportando una alternativa práctica a ensayos cíclicos
complejos sobre lámina delgada. En términos operativos, el flujo propuesto
habilita campañas paramétricas extensas y reproducibles con costes experi-
mentales contenidos y un grado de automatización alto, alineándose con la
hoja de ruta industrial hacia el Virtual Release.
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Capítulo 1

Introducción

1.1. Contexto y motivación

El conformado de chapas metálicas constituye uno de los procesos tecno-
lógicos más extendidos históricamente , debido a su versatilidad, eficiencia y
capacidad para fabricar componentes ligeros y resistentes, siendo fundamen-
tal en industrias como la automoción, la aeronáutica, los electrodomésticos y
la construcción naval, donde la precisión dimensional y la calidad superficial
son determinantes para asegurar la integridad estructural y el rendimiento
funcional de los productos finales.

Desde una perspectiva de ingeniería, el conformado de chapa ofrece varias
ventajas técnicas frente a otros procesos de fabricación. En primer lugar,
proporciona una alta eficiencia en el uso del material: al cortar y dar forma
desde láminas estándar, se minimiza el desperdicio de metal (los recortes
sobrantes son relativamente pequeños y suelen ser reciclables), lo cual es
beneficioso tanto en términos de costo como de sostenibilidad. Comparado
con el mecanizado CNC o la fundición, el estampado de chapa aprovecha
mejor la materia prima, reduciendo residuos y eliminando la necesidad de
alimentar hornos o manejar metal líquido.

En segundo lugar, es un proceso rápido y repetible: las prensas y dobla-
doras modernas pueden producir piezas en segundos, obteniendo la forma
final en un único golpe del troquel. Esto permite lograr elevadas cadencias de
producción manteniendo uniformidad entre piezas. La precisión alcanzable
también es notable; gracias al uso de troqueles diseñados con CAD/CAM
y máquinas de control numérico, se logran cortes y dobleces muy exactos,
con tolerancias estrechas y alta consistencia dimensional entre unidades. Los
bordes resultantes de un buen troquelado son limpios y precisos, requiriendo
poco acabado adicional. Otra ventaja técnica importante es la adaptabilidad
a distintos materiales y espesores. Prácticamente cualquier metal dúctil pue-
de presentarse en forma de chapa: aceros al carbono e inoxidables, aluminio
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y sus aleaciones, cobre y latón, titanio, níquel, e incluso metales preciosos
como oro o plata para fines ornamentales.

Cada material ofrece propiedades específicas (resistencia mecánica, resis-
tencia a la corrosión, densidad baja en el caso del aluminio, etc.), y la técnica
de conformado se puede ajustar para manejar esas diferencias (por ejemplo,
aplicando calor para metales menos maleables, o usando lubricantes en embu-
tidos profundos). Asimismo, se fabrican chapas en un amplio rango de espeso-
res: desde hojas muy delgadas de fracciones de milímetro (típicas en envases)
hasta planchas de varios milímetros calificadas como acero de construcción.
Esta amplitud permite producir tanto piezas delicadas y ligeras como com-
ponentes robustos. El equipo de conformado también puede adaptarse: una
misma prensa puede procesar diferentes calibres de metal cambiando las he-
rramientas, y las modernas prensas CNC incluso regulan la fuerza aplicada
según el material. La flexibilidad de diseño es enorme: la chapa metálica se
puede cortar, doblar y curvar en formas intrincadas, posibilitando geometrías
que serían difíciles de lograr por fundición o mecanizado (por ejemplo, car-
casas huecas, conductos con secciones complejas, rejillas estampadas en una
sola pieza, etc.).

Esto permite reducir el número de piezas y uniones requeridas en un
producto, mejorando su integridad estructural y simplificando el montaje.
No obstante, desde el punto de vista técnico es importante señalar que el
conformado de chapa conlleva también retos y requerimientos específicos. El
principal es la necesidad de utillajes especializados: para conformar una pieza
de forma precisa se suelen requerir troqueles (matrices y punzones) hechos
a medida, cuyo diseño y fabricación implica conocimientos avanzados y un
costo inicial elevado.

También existen límites físicos, por ejemplo en la relación de embutición
(profundidad máxima que puede alcanzar una chapa durante el conformado
antes de que llegue la fractura) o en el mínimo radio de curvatura que se
puede lograr sin fisurar el material. Sin embargo, la continua innovación en
este campo, como el desarrollo de prensas servoeléctricas de mayor control, la
introducción de técnicas como el conformado superplástico o el incremental
ha ido mitigando muchas de estas limitaciones.

En definitiva, los principios técnicos que sustentan el conformado de cha-
pas metálicas explican su ubicuidad en la industria actual: se trata de un
proceso que conjuga eficiencia en el uso del material, elevada velocidad de
fabricación, precisión dimensional y gran versatilidad geométrica, facilitan-
do así la obtención de componentes de alta calidad con elevados índices de
productividad.
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1.1.1. Del empirismo a la simulación numérica avanzada

Durante décadas, el desarrollo y perfeccionamiento de los procesos de
conformado de chapa metálica estuvo dominado por métodos empíricos fun-
damentados en la experiencia práctica acumulada y en estrategias de ensayo-
error. Antes del auge de las herramientas computacionales avanzadas, las
decisiones técnicas y el diseño de troqueles se apoyaban fundamentalmente
en pruebas físicas iterativas, en las que ingenieros y técnicos evaluaban visual-
mente o mediante mediciones directas los resultados obtenidos. Este enfoque,
aunque efectivo en su contexto temporal, conllevaba altos costos asociados
al consumo de materiales, tiempos prolongados en ciclos de desarrollo y una
limitada capacidad predictiva respecto a defectos tales como arrugas, rotu-
ras o excesivos retrocesos elásticos (springback). Frente a estas limitaciones
inherentes al empirismo, la llegada e implementación masiva de técnicas nu-
méricas de simulación supuso una profunda transformación metodológica,
acelerando significativamente el proceso de validación y aumentando nota-
blemente la precisión en la predicción del comportamiento del material.

En la literatura queda ampliamente documentado que, en los últimos 30
años, la simulación numérica mediante el Método de los Elementos Finitos
(FEM, Finite Element Method) ha evolucionado desde una herramienta de
uso predominantemente académico hasta convertirse en una metodología in-
dispensable en todas las etapas del proceso de estampado, desde el diseño
inicial hasta la validación final. Diversos estudios y publicaciones respaldan
esta afirmación, mostrando cómo el estampado de metales ha evolucionado de
un proceso basado en la experiencia y ensayo-error a uno altamente apoyado
por simulaciones computacionales. A mediados de los 90 ya se constataba el
cambio de paradigma.

Los autores Makinouchi y Teodosiu señalaron en Makinouchi, Teodosiu
y Nakagawa [1] que la simulación por elementos finitos se utiliza ampliamente
en el diseño de herramientas de estampado, reemplazando el procedimiento
de prueba y error. Desde entonces las simulaciones FEM empezaron a pre-
decir y evaluar defectos de conformado antes de fabricar los troqueles reales,
evidenciando un giro hacia el diseño asistido por computadora en estampa-
ción.

Un informe técnico presentado en 2008 [2] resume los logros de las déca-
das previas y su adopción industrial, con una tendencia que se ha mantenido
hasta el presente. Para la fecha de dicho estudio, ya se realizaban simula-
ciones de procesos de conformado de chapa mediante métodos de elementos
finitos para verificar la factibilidad de las piezas y optimizar el diseño de los
utillajes. Asimismo, confirma que la simulación estaba integrada hasta la fase
de validación: «la simulación del conformado ha alcanzado un nivel tal que
sus resultados pueden incorporarse directamente al proceso digital de plani-
ficación y validación de herramientas... hoy es posible simular la producción
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de una pieza... antes de construir el primer prototipo». Esto demuestra que
la simulación abarcaba desde el diseño preliminar hasta el try-out (fase en la
que se ponen a prueba físicamente los moldes, matrices o troqueles para vali-
dar su desempeño, identificar posibles defectos, realizar ajustes y asegurarse
de que produzcan piezas dentro de las tolerancias especificadas) virtual, re-
duciendo drásticamente las iteraciones de ensayos (se reporta hasta un 50 %
menos de tiempo en el desarrollo de herramientas gracias a la simulación.

Representando a la comunidad académica, Banabic [3] corroboraría un
tiempo después la expansión sostenida de la simulación en este campo. En su
resumen afirma que durante las últimas tres décadas, la simulación numérica
ha ampliado gradualmente su aplicabilidad en el campo del conformado de
chapa. El artículo enfatiza que áreas como la modelización de materiales han
avanzado de la mano de las herramientas de simulación, para hacer frente a
los retos de predicción en estampado.

Trzepieciski, de forma más reciente[4] realiza una revisión de los avances
de la última década analizando las tendencias modernas en estampado de
chapa. Confirma que la precisión de las simulaciones FEM ha mejorado no-
tablemente en años recientes y señala que ya existen softwares especializados
muy sofisticados. Por ejemplo, el sistema comercial JSTAMP [5] ofrece fun-
ciones avanzadas para el diseño de herramientas compensadas: sus algoritmos
permiten ajustar la geometría de los troqueles para contrarrestar deforma-
ciones elásticas, exportando superficies compensadas directamente al CAM
para mecanizado. El trabajo destaca que estas capacidades, desarrolladas en
la última década, evidencian la dependencia actual de la industria en la si-
mulación para lograr piezas conformadas precisas y minimizar correcciones
manuales. En resumen, las mejoras de 2010-2020 en métodos numéricos y
experimentales consolidan al FEM como pilar central en el estampado mo-
derno.

Este cambio de paradigma hacia la simulación computacional ha genera-
do la necesidad constante de perfeccionar tanto la eficiencia como la precisión
de estos modelos numéricos. Por un lado, la eficiencia computacional se ha
visto considerablemente incrementada gracias al desarrollo y accesibilidad de
equipos más potentes y al uso generalizado de técnicas avanzadas de cálculo
paralelo. Por otro lado, para asegurar la precisión requerida en dichas simu-
laciones es imprescindible continuar avanzando en el desarrollo de modelos
constitutivos más realistas.

1.1.2. Desafíos en la predicción de la recuperación elástica

Esta necesidad se acentúa particularmente frente al empleo creciente de
materiales de alta resistencia, aleaciones ligeras como las de aluminio, y ante
la complejidad progresiva de los procesos industriales de conformado. En el
conformado plástico de láminas metálicas, tras deformar permanentemente
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la chapa mediante herramientas (punzones, matrices) y procesos de estam-
pado, doblado o embutido, la pieza experimenta una recuperación elástica
(conocida en inglés como springback). Este fenómeno se manifiesta al retirar
la pieza de las herramientas: parte de la deformación elástica acumulada se
libera, haciendo que la pieza tienda a volver parcialmente hacia su forma ori-
ginal, alterando las dimensiones finales logradas durante el conformado. La
recuperación elástica suele ocasionar desviaciones geométricas indeseadas (p.
ej. ángulos más abiertos, curvaturas alteradas), siendo considerada uno de los
problemas más complejos y desafiantes en la industria del conformado. Su
importancia práctica es enorme: si el springback no se predice ni compensa
adecuadamente, la pieza final puede quedar fuera de tolerancia, obligando a
costosos ajustes de troqueles o incluso al rechazo de piezas. De hecho, este
fenómeno incrementa los costos y tiempos de la fase de diseño y puesta a
punto de herramientas (una de las etapas más largas en el desarrollo de cual-
quier producto que conlleve un pieza producida con este proceso), debido al
ensayo y error necesario para lograr la geometría deseada. Por ello, contar
con métodos numéricos capaces de predecir con precisión el springback resul-
ta crítico para optimizar el proceso de conformado y reducir iteraciones en
la fabricación de utillajes [6].

Sin embargo, a pesar del uso extensivo y consolidado de la simulación
por elementos finitos en la industria del conformado metálico (mediante pro-
gramas comerciales como AutoForm [7], PAM-STAMP [8] o Ls-Dyna [9]),
la precisión de estas predicciones numéricas sigue presentando limitaciones
relevantes. Pequeñas desviaciones en los resultados numéricos pueden deri-
var en discrepancias dimensionales significativas en las piezas conformadas,
especialmente críticas en aplicaciones que demandan alta precisión geomé-
trica. En este contexto, se presentan a continuación los principales desafíos
científicos y técnicos relacionados con la predicción precisa del fenómeno de
springback, poniendo especial énfasis en el papel complementario y funda-
mental que desempeñan la simulación computacional y la experimentación
para abordarlos eficazmente:

Naturaleza multifactorial del fenómeno: La recuperación elástica
es un fenómeno multifactorial influenciado tanto por las propiedades del
material de la chapa (comportamiento elastoplástico, módulo elástico,
anisotropía, etc.) como por los parámetros del proceso de conformado
(geometría de la herramienta, condiciones de carga, fricción, espesor de
la chapa, radio de curvatura, etc.). Estudios experimentales y numéricos
han mostrado, por ejemplo, que factores como el radio de la matriz, la
holgura entre punzón y matriz o las condiciones de lubricación pueden
influir apreciablemente en el springback de una pieza estampada. Colec-
tivamente, la bibliografía reciente [10] subraya que el springback tiene
una naturaleza altamente compleja y multifacética, estando íntimamen-
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te ligado a múltiples parámetros de proceso e inherentes del material.
Esta dependencia de numerosos factores hace difícil aislar o generali-
zar el comportamiento, y por tanto complica la predicción cuando las
condiciones cambian.

Modelizado constitutivo y comportamiento del material: Uno
de los retos centrales es describir con fidelidad el comportamiento elas-
toplástico del material de la chapa durante ciclos de carga y descarga en
el proceso de conformado. El springback ocurre tras una trayectoria de
deformación plástica seguida de descarga elástica; por ello, la predicción
correcta requiere modelos constitutivos avanzados que capturen fenó-
menos sutiles como el efecto Bauschinger, la anisotropía del material,
el endurecimiento cíclico o incluso la degradación del módulo elásti-
co durante la descarga. En el pasado, muchos modelos tradicionales
asumían endurecimiento isotrópico simple y un módulo de elasticidad
constante; tales simplificaciones resultan insuficientes para aceros mo-
dernos. Por ejemplo, en aceros avanzados de alta resistencia (AHSS) se
ha observado que tras una deformación plástica considerable, la cur-
va tensión-deformación de descarga no es lineal (el módulo aparente
disminuye), lo que implica una recuperación elástica mayor a la predi-
cha por elasticidad lineal. Asimismo, los AHSS exhiben un pronunciado
efecto Bauschinger (reducción del punto de fluencia en inversiones de
carga) debido a su microestructura, generando trayectorias tensiona-
les dependientes del camino de carga que desafían los modelos clásicos.
Consecuentemente, se han desarrollado modelos de plasticidad no lineal
más sofisticados (p. ej. modelos mixtos cinemático-isotrópicos, modelo
de Yoshida-Uemori, modelos de distorsión de superficie de fluencia, mo-
delos con Homogeneous Anisotropic Hardening, etc.) para reproducir
mejor el comportamiento observado. No obstante, la implementación
de estos modelos complejos en simulaciones industriales incrementa la
dificultad computacional y exige identificar numerosos parámetros a
partir de datos experimentales especializados. Cabe señalar que la ca-
racterización experimental de los parámetros de estos modelos es en sí
un reto: por ejemplo, para calibrar el efecto Bauschinger y el endure-
cimiento cíclico son necesarios ensayos de carga-descarga bajo grandes
deformaciones, los cuales son difíciles de realizar. Pocos investigadores
han logrado obtener datos fiables de plasticidad cíclica a gran defor-
mación (Yoshida y Uemori desarrollaron ensayos pioneros al respecto
[11]) , lo que históricamente limitó la capacidad de ajustar modelos
predictivos precisos.
En resumen, describir correctamente el comportamiento no lineal del
material en grandes deformaciones durante el proceso de conformado y
posterior descarga representa uno de los desafíos fundamentales del mo-
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delizado numérico en la simulación de la estampación [12]. Numerosos
modelos han sido propuestos en la literatura especializada con el fin de
describir adecuadamente el comportamiento del material; sin embargo,
la mayoría de ellos presentan limitaciones significativas al enfrentarse
a condiciones complejas de carga típicas de procesos industriales, o re-
quieren un esfuerzo experimental considerable que dificulta o impide su
implementación práctica a nivel industrial.

Sensibilidad a parámetros de simulación y condiciones de pro-
ceso: Incluso contando con un buen modelo de material, las predic-
ciones de springback son altamente sensibles a numerosos parámetros
numéricos y de proceso, lo que dificulta lograr resultados confiables. En
la simulación por elementos finitos, detalles como la discretización de
la malla pueden tener un impacto notable: por ejemplo, se ha observa-
do que la densidad de malla (tamaño de elemento) en la chapa influ-
ye significativamente en la magnitud simulada de springback [12]. Una
malla insuficientemente refinada puede subestimar gradientes de tensio-
nes residuales, mientras que un refinamiento excesivo aumenta el costo
computacional sin garantizar mejoras proporcionales. De igual forma,
la formulación del elemento, los algoritmos de contacto entre la chapa
y las herramientas, y los criterios de convergencia/incrementos del sol-
ver pueden alterar el resultado. Una elección inapropiada (por ejemplo,
usar elementos shell simples en escenarios donde hay gradientes a través
del espesor, o un algoritmo de contacto inestable) puede inducir errores
considerables en la simulación del springback. Además de los paráme-
tros numéricos, existen variables del proceso reales difíciles de controlar
que introducen incertidumbre. En la práctica industrial, factores como
variaciones lote a lote en la chapa (composición, tratamientos, espesor),
condiciones de lubricación no perfectamente reproducibles, o desviacio-
nes en el calibrado de la prensa pueden provocar que el springback real
difiera de lo pronosticado incluso con un modelo ideal. Wenner y Koç
[13] mostraron experimentalmente que variaciones en el material de
entrada, la fricción u otras condiciones del proceso generan dispersión
en la recuperación elástica, dificultando la aplicabilidad práctica de las
técnicas de predicción y compensación. Los autores detectaron que en
el conformado de aceros de alta resistencia, la variabilidad en las pro-
piedades de la chapa (según el proveedor), la presencia o ausencia de
recubrimientos, y la uniformidad de la fricción influyen fuertemente en
la variación del springback. Por ejemplo, mayor espesor de chapa ten-
dió a reducir la variabilidad del springback, y una condición de fricción
homogénea también la disminuye. Estas variaciones dificultan que un
modelo determinista prediga exactamente el comportamiento en todos
los casos, pues pequeñas diferencias pueden amplificarse en la respues-
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ta elástica final de la pieza. En resumen, la predicción del springback
conlleva incertidumbre inherente debido tanto a la sensibilidad de la
simulación a sus parámetros como a la variabilidad inevitable en ma-
teriales y procesos reales.

Limitaciones en la validación experimental y costos compu-
tacionales: Otro desafío importante es lograr una calibración y vali-
dación experimental robusta de las predicciones. Dado que el springback
es afectado por muchos aspectos, idealmente se requeriría una amplia
base de datos experimentales (mediciones precisas de la forma final de
piezas bajo diversas condiciones, ensayos de materiales bajo caminos de
carga complejos, etc.) para ajustar y verificar los modelos. Sin embar-
go, obtener estos datos puede ser laborioso y costoso. Montar experi-
mentos representativos de procesos industriales (por ejemplo, ensayos
de estampado con geometrías complejas) implica recursos significati-
vos, y aún así es difícil aislar el efecto de cada variable. Como señalan
Xu et al. [10], la complejidad del springback abarca tantas variables
que resulta inherentemente difícil lograr una simulación completa del
proceso con un número limitado de experimentos, pues sería necesario
explorar combinaciones extensas de factores. Además, el uso de datos
reales de taller para alimentar o entrenar modelos predictivos acarrea
costos elevados y dificulta mantener un control riguroso de todas las va-
riables, limitando la exhaustividad y exactitud de dichos modelos. En
la práctica, muchas empresas realizan algunas pruebas piloto y luego
ajustan las herramientas con métodos empíricos; la integración siste-
mática de simulación y experimentación aún no elimina por completo
iteraciones de ajuste. A esto se suma el alto costo computacional que
pueden requerir las simulaciones detalladas de springback. Para mejorar
la precisión, a menudo es necesario emplear mallas finas 3D, modelos de
material avanzados con un gran número de parámetros, y simulaciones
cuasi-estáticas con incrementos pequeños (sobre todo en la etapa de
descarga elástica). Tales simulaciones pueden ser intensivas en tiempo
de cómputo, lo que dificulta su uso en optimización o en evaluaciones
rápidas durante la ingeniería de producto. Si bien el poder computacio-
nal sigue aumentando, en entornos industriales con plazos ajustados
no siempre es factible realizar análisis de springback extremadamente
detallados para cada diseño de pieza. Por tanto, se buscan equilibrios
entre costo computacional y fidelidad del modelo.

En conclusión, la predicción de la recuperación elástica en el conformado
de chapas sigue siendo un campo abierto de gran relevancia industrial y aca-
démica. Los desafíos abarcan desde la necesidad de modelos de material más
fieles y la sensibilidad a numerosos parámetros, hasta la variabilidad intrín-
seca de los procesos fabriles y las limitaciones prácticas para obtener datos
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y simular con alta fidelidad. Un enfoque combinado de simulación compu-
tacional avanzada (por ejemplo, elementos finitos con modelos constitutivos
enriquecidos) junto con experimentación rigurosa (caracterización de mate-
riales bajo condiciones de carga reales, pruebas piloto con medición precisa de
springback) es imprescindible para cerrar la brecha entre la predicción teórica
y el comportamiento real. Solo mediante esta sinergia será posible dominar el
fenómeno del springback: anticiparlo con confiabilidad en la etapa de diseño
y, en última instancia, compensarlo de forma que las piezas conformadas al-
cancen las tolerancias requeridas a la primera, optimizando así la producción
industrial de componentes metálicos de alta calidad.

1.1.3. Marco contextual

Esta tesis se ha llevado a cabo en el contexto de una colaboración en-
tre el Departamento de Ingeniería Estructural y Mecánica de la Universidad
de Cantabria y la empresa BSH Home Appliances Group. El trabajo se ha
enmarcado dentro de las actividades de I+D realizadas por el equipo de si-
mulación del Centro de Competencia de Gas de BSH, situado en Santander
(Cantabria, España). Este centro está plenamente comprometido con el dise-
ño y fabricación de placas de cocción a gas, como la que puede observarse en
la Figura 1.1.1, y tiene como misión proporcionar soporte técnico al desarrollo
mundial de la tecnología de gas aplicada a sistemas de cocción.

Figura 1.1.1: Placa de cocción a gas utilizada como caso de estudio en el
marco de la colaboración entre la Universidad de Cantabria y BSH Home
Appliances Group

Cabe destacar que el autor de esta tesis forma parte del equipo técnico
del Centro de Competencia de Gas de BSH desde el año 2007, participando
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activamente en numerosos proyectos relacionados con el desarrollo, optimi-
zación y validación mediante simulación numérica y ensayos experimentales
de componentes estructurales para placas de cocción a gas.

La industria actual presenta una clara tendencia hacia la reducción pro-
gresiva del número de ensayos físicos, sustituyéndolos en la medida de lo
posible por ensayos virtuales mediante simulación numérica. Este enfoque se
alinea con el objetivo conocido como Virtual Release, que consiste en alcanzar
la validación completa de un producto empleando exclusivamente herramien-
tas computacionales. En este contexto, la pieza seleccionada como objeto de
estudio en esta tesis forma parte integral del desarrollo continuo realizado en
el centro anteriormente mencionado. Dicha pieza es probablemente uno de
los componentes que requieren mayor inversión en tiempo, esfuerzo y coste
en cuanto a ensayos experimentales y fases de desarrollo dentro del apara-
to completo. Además, el coste derivado de posibles rediseños cuando esta
pieza presenta fallos en los ensayos de laboratorio es particularmente eleva-
do, impactando significativamente en el coste y los plazos de los proyectos
asociados.

1.2. Objetivos de la tesis

El objetivo general de esta Tesis Doctoral consiste en contribuir significa-
tivamente a la validación virtual de una pieza fabricada mediante estampa-
ción metálica, mediante la mejora de la calibración de un modelo constitutivo
numérico de material.

Para alcanzar el objetivo general planteado, se definen una serie de ob-
jetivos específicos orientados a asegurar una comprensión profunda y una
representación precisa del comportamiento plástico anisotrópico y del fenó-
meno de recuperación elástica o springback en láminas de acero inoxidable
austenítico. Estos objetivos específicos abordan sistemáticamente desde la
implementación y validación de modelos constitutivos avanzados, hasta el
desarrollo de metodologías experimentales-numéricas robustas que optimi-
cen la calibración de los modelos propuestos. A continuación, se enumeran
los objetivos específicos establecidos para cumplir con esta estrategia meto-
dológica integral.

O1. Realizar una revisión crítica del estado del arte de aquellos ámbitos
científico-técnicos relacionados con el springback: deformación plástica
de aceros inoxidables austeníticos metaestables, procesos de conformado
en frío de láminas metálicas y modelos constitutivos de material que
tengan en cuenta el fenómeno de recuperación elástica.

O2. Implementar modelos constitutivos avanzados de material, de uso exten-
dido en la industria para la simulación del springback, que representen
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los distintos aspectos del comportamiento del material durante su de-
formación: endurecimiento plástico, fluencia anisotrópica y degradación
del módulo elástico.

O3. Diseñar un útil de conformado que permita obtener geometrías diferen-
ciadas con distintos niveles de complejidad de estados de deformación,
reduciendo y facilitando la campaña de ensayos necesaria.

O4. Diseñar un procedimiento que simplifique el ensayo experimental para la
creación de una base de datos de calibración de los modelos numéricos,
empleando técnicas avanzadas de medición, como la visión artificial.

O5. Integrar técnicas avanzadas de optimización numérica para mejorar sig-
nificativamente la precisión y eficiencia del proceso de calibración de los
modelos constitutivos empleados.

1.3. Estructura de la Tesis

Una vez contextualizada la tesis y establecidos los objetivos de la inves-
tigación, en el Capítulo 2 se presenta una revisión del estado del arte de la
deformación plástica en aceros inoxidables austeníticos metaestables, desta-
cando su composición química, microestructura y los factores que afectan la
transformación martensítica inducida por deformación, incluyendo la aniso-
tropía y condiciones del conformado en frío.

Asimismo, se revisan los procesos de conformado en frío de láminas me-
tálicas y el fenómeno de recuperación elástica es abordado con detalle, dado
su impacto en el desarrollo de esta tesis. Se presentan modelos constitutivos
del material relevantes para la simulación numérica de estos procesos.

Además, se introducen los modelos de endurecimiento plástico así como
los de fluencia anisotrópica con énfasis en la descripción de la anisotropía en
laminas metálicas. Finalmente, se aborda la degradación del módulo elástico
en metales, presentando mecanismos detallados y modelos que describen la
evolución del módulo elástico durante procesos de deformación.

El Capítulo 3 se centra en el modelizado de la pieza real empezando
por la descripción del proceso actual. Desde el material utilizado, el siste-
ma de embutición, el proceso de fabricación y terminado con el método de
medición experimental de dicha pieza. A continuación se describe toda la
implementación numérica llevada a cabo del proceso de conformado descri-
to anteriormente. Finalmente se describen los dos modelos de material de
Ls-Dyna utilizados para llevar a cabo el estudio en esta tesis.

El Capítulo 4 presenta una propuesta metodológica orientada a mejorar
el proceso de calibración del modelo constitutivo del material, representando
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el núcleo central de esta investigación doctoral. Se introduce el diseño expe-
rimental juntos con sus métodos de medición a la vez que se crea el modelo
numérico de dicho experimento.

En el Capítulo 4 se propone una metodología optimizada para la calibra-
ción del modelo de Yoshida-Uemori, abordando las limitaciones del enfoque
tradicional e introduciendo el diseño experimental. Se describe detalladamen-
te el diseño de un útil experimental específico para obtener datos experimen-
tales precisos, explicando su concepto, características, fabricación, prepara-
ción de muestras y el procedimiento de conformado y recuperación elástica.
Además, se aborda la medición experimental utilizando técnicas avanzadas
de visión artificial, incluyendo escaneado digital del perfil, extracción y aná-
lisis de datos, y la construcción de una base de datos experimental robusta.
A continuación, se presenta el modelo numérico que acompaña a la experi-
mentación, estableciendo un vínculo entre ambas metodologías. Finalmente,
se detalla la metodología seleccionada basada en algoritmos genéticos pa-
ra optimizar el espacio paramétrico del modelo. Se describen claramente la
generación inicial, metodología computacional paralelizada, evaluación indi-
vidual y evolución generacional mediante selección elitista, cruces genéticos
y mutación, destacando cómo estas técnicas contribuyen a una calibración
más precisa y eficiente del modelo Yoshida-Uemori.

En el Capítulo 5 se presentan y validan los resultados obtenidos durante
el desarrollo experimental y numérico del estudio. Inicialmente, se analiza
el coeficiente de fricción en simulaciones numéricas de estampación en frío,
realizando una caracterización numérico-experimental detallada y un análisis
de sensibilidad para determinar la influencia del coeficiente de fricción sobre
variables críticas del proceso de conformado. Posteriormente, se describe la
evolución del algoritmo genético utilizado para optimizar el modelo propues-
to, incluyendo la distribución inicial de la población, evolución del fitness,
varianza del fitness y dispersión poblacional, así como la evolución geométri-
ca y paramétrica, culminando en la identificación del individuo óptimo final.
Finalmente, se contrastan los resultados experimentales obtenidos con una
pieza industrial frente a las simulaciones numéricas realizadas. Se comparan
específicamente los resultados del sistema de conformado inicial utilizando los
modelos YLD2000 y Yoshida-Uemori, concluyendo con una evaluación com-
parativa que valida la efectividad y precisión de la metodología propuesta.

Finalmente, el Capítulo 6 resume las principales conclusiones de esta tesis
y plantea posibles líneas futuras de investigación.
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Capítulo 2

Antecedentes y revisión de la
literatura

2.1. Deformación plástica de los aceros inoxidables
austeníticos metaestables

El acero inoxidable austenítico 1.4301 (AISI 304) es ampliamente emplea-
do en aplicaciones industriales debido a su excelente combinación de resisten-
cia mecánica, ductilidad y resistencia a la corrosión. Se clasifica como acero
de plasticidad inducida por transformación (Transformation Induced Plasti-
city, TRIP), lo que implica que durante su deformación plástica tiene lugar
una transformación parcial de la estructura cristalina desde la fase austení-
tica (γ), metaestable a temperatura ambiente, hacia una fase martensítica
inducida por deformación (α′)

2.1.1. Composición química y microestructura

Los aceros inoxidables austeníticos presentan una composición química
cuidadosamente controlada para garantizar su excelente resistencia a la co-
rrosión, así como sus propiedades mecánicas.

El cromo, presente en un rango del 16 % al 26 %, es el elemento clave que
permite la formación de una capa pasiva de óxido de cromo, la cual otorga
resistencia a la corrosión. Este es un componente esencial en todos los grados
austeníticos, como el EN 1.4301 que contiene entre 18 % y 20 % de cromo, y
el EN 1.4401 (AISI 316) con un contenido de cromo de entre 16 % y 18 %.

El níquel, con un contenido del 6 % al 22 %, es otro elemento crítico, ya
que aumenta la resistencia a la corrosión, mejora la ductilidad y estabiliza la
estructura austenítica. En el grado EN 1.4301, el contenido de níquel varía
entre el 8 % y el 10.5 %, mientras que en el EN 1.4401 se encuentra entre
el 10 % y el 14 %. El níquel es parcialmente reemplazado por manganeso
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en algunos aceros de la serie 200, como el EN 1.4372 (AISI 201), donde el
contenido de manganeso puede alcanzar hasta el 7.5 %.

El carbono, presente en cantidades controladas, generalmente por debajo
del 0.08 %, contribuye al fortalecimiento del acero. En grados de bajo carbono,
como el EN 1.4307 (AISI 304L) y el EN 1.4404 (AISI 316L), el contenido de
carbono se reduce a menos de 0.03 %, con el fin de evitar la precipitación de
carburos que podría generar corrosión intergranular, especialmente en apli-
caciones de soldadura.

El molibdeno se añade en ciertos grados para mejorar la resistencia a la
corrosión en entornos agresivos. El grado EN 1.4401 contiene entre un 2 % y
un 3 % de molibdeno, lo que lo hace adecuado para su uso en ambientes que
contienen cloruros o exposiciones marinas.

El nitrógeno, presente en concentraciones de hasta el 0.25 %, mejora tanto
la resistencia mecánica como la resistencia a la corrosión mediante el forta-
lecimiento por solución sólida. Este elemento es común en grados como el
EN 1.4318 (AISI 301LN), que contiene entre 0.1 % y 0.2 % de nitrógeno, y se
utiliza para aumentar la resistencia sin comprometer la formabilidad.

El silicio, que se encuentra típicamente en cantidades inferiores al 1 %, se
añade para mejorar la resistencia a la oxidación a altas temperaturas, además
de facilitar la fundición del material.

Finalmente, los elementos azufre y fósforo se controlan a niveles muy
bajos, generalmente por debajo del 0.03 %, debido a su efecto negativo en la
ductilidad y en la resistencia a la corrosión. Sin embargo, en ciertos grados
como el EN 1.4305 (AISI 303), se añaden mayores cantidades de azufre (hasta
0.15 %) para mejorar el mecanizado, aunque esto puede afectar la resistencia
en ambientes corrosivos.

La composición química precisa de los aceros inoxidables austeníticos, se-
gún los diferentes grados definidos por las normativas, permiten ajustar sus
propiedades en función de los requisitos específicos de cada aplicación indus-
trial, optimizando así su resistencia a la corrosión, tenacidad o capacidad de
conformado.

Los aceros inoxidables austeníticos tienen una microestructura FCC (es-
tructura cúbica centrada en las caras). Esto se logra mediante la aleación de
cromo y níquel. El contenido de aleación más común es 18 % de Cr y 8 %
de Ni. En las aleaciones de la EN 1.4372/EN 1.4373 (AISI 201/AISI 202) el
níquel se reemplaza parcialmente por manganeso. Los átomos intersticiales,
como el carbono y el nitrógeno, también promueven la estructura cristali-
na FCC y provocan un fortalecimiento significativo por solución sólida. Sin
embargo, el uso de carbono para el fortalecimiento por solución sólida se ve
limitado por su tendencia a formar carburos a altas temperaturas. Esto puede
resultar en el agotamiento del cromo en los límites de grano y, por lo tanto,
generar un riesgo de corrosión intergranular. Por el contrario, dicho riesgo es
menor en el caso del nitrógeno. Por ello, el nitrógeno se ha utilizado como
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un elemento de aleación que proporciona estabilización de la austenita, for-
talecimiento por solución sólida y mayor resistencia a la corrosión en varios
grados de acero inoxidable austenítico. Un ejemplo de los grados aleados con
nitrógeno es el acero EN 1.4318 (AISI 301LN), que tiene un contenido de
nitrógeno de 0.1-0.2 %.

Se define defecto de apilamiento como un tipo de imperfección en la es-
tructura cristalina de un material que ocurre cuando hay una interrupción o
desorden en el patrón regular de apilamiento de las capas atómicas dentro de
la red cristalina. En los cristales metálicos, los átomos suelen estar organiza-
dos en capas en un patrón repetitivo y predecible. Un defecto de apilamiento
surge cuando este patrón se altera, creando una disposición atípica de las
capas.

En materiales con estructuras cristalinas específicas, como la FCC o la
HCP, las capas atómicas se apilan en una secuencia regular. Si una capa
adicional se apila en un lugar incorrecto o falta, se crea un defecto de apila-
miento.

Los defectos de apilamiento influyen en la movilidad de las dislocaciones,
lo que afecta las propiedades mecánicas del material, como su capacidad de
deformación plástica y su resistencia. La energía de defecto de apilamiento
(SFE, por sus siglas en inglés) representa la energía asociada a una imperfec-
ción específica en la disposición de los átomos dentro de un material cristalino.

Por todo lo anterior, y con el fin de alinear la selección del material con los
criterios funcionales y de proceso, se adopta el acero inoxidable austenítico
EN 1.4301 por su elevada resistencia a la corrosión, su destacada capacidad
de conformado en frío y su buena estabilidad del aspecto superficial, con
baja propensión a la decoloración por oxidación (colores de revenido) bajo
los ciclos térmicos habituales durante su ciclo de vida. Esta combinación
permite cumplir de forma robusta todos los requisitos de calidad impuestos
por BSH tanto estéticos como de integridad y limpieza superficial que no
satisfacen de manera simultánea otros grados considerados. En consecuencia,
el EN 1.4301 constituye la opción de referencia en este estudio.

2.1.2. Termodinámica de las transformaciones martensíticas
inducidas por deformación

En el acero inoxidable austenítico EN 1.4301 (AISI 304), la metaestabili-
dad de la austenita a temperatura ambiente da lugar a un comportamiento
TRIP, en el que la deformación activa la transformación γ → α′ (martensita
inducida por deformación).

Este fenómeno proporciona un incremento significativo en la resistencia
mecánica y ductilidad debido al endurecimiento inducido por la formación
progresiva de martensita durante la deformación. Por lo tanto, resulta esencial
comprender los aspectos termodinámicos que gobiernan esta transformación

15



Capítulo 2. Antecedentes y revisión de la literatura

de fase, particularmente la energía libre de Gibbs y la fuerza motriz química
que impulsan la transición de la austenita a martensita bajo condiciones
específicas de esfuerzo, deformación y temperatura.

La fuerza motriz química (∆Gγ→α′) y la energía libre de Gibbs (G) están
relacionadas. La fuerza motriz química describe el cambio en la energía libre
de Gibbs cuando se produce una transformación de fase, como la transfor-
mación de la fase γ (austenita) a la fase α′ (martensita).

1. Energía libre de Gibbs (G): Es una medida termodinámica de la
energía disponible para realizar trabajo útil en un sistema a temperatura y
presión constantes. En las transformaciones de fase, el sistema evoluciona
hacia una fase con menor energía libre de Gibbs.

2. Fuerza motriz química (∆Gγ→α′): Es la diferencia en la energía libre
de Gibbs entre las fases γ (austenita) y α′ (martensita). Esta diferencia es la
que impulsa la transformación de fase. Si ∆Gγ→α′ es negativo, significa que
la fase α′ es más estable que la fase γ bajo las condiciones actuales, y por lo
tanto, la transformación es favorable desde un punto de vista termodinámico.

La fuerza motriz química (∆G) se deriva directamente de las diferencias
en la energía libre de Gibbs entre las fases involucradas. Una diferencia ma-
yor en la energía libre de Gibbs implica una mayor fuerza motriz para la
transformación de fase.

La energía de defecto de apilamiento de los aceros inoxidables austeníticos
es baja, típicamente de unos 20 mJ/m2. Numerosas investigaciones como
las llevadas a cabo por Schramm y Reed [14] o Ferreira y Müllner [15] se
han realizado para aclarar la dependencia de la SFE en la composición. En
general, la SFE de los aceros inoxidables austeníticos tiende a aumentar con
el incremento de la aleación. Sin embargo, sigue existiendo una incertidumbre
significativa sobre la influencia de los elementos individuales, especialmente
sobre la influencia del nitrógeno [16].

La microestructura FCC de la mayoría de los aceros inoxidables austeníti-
cos no es termodinámicamente estable a temperatura ambiente. Por lo tanto,
el estrés aplicado o la deformación plástica pueden inducir una transformación
de fase martensítica sin difusión, mediante la cual la fase de austenita metaes-
table se transforma en la fase martensítica, que es termodinámicamente más
estable. Existen dos fases martensíticas diferentes en los aceros inoxidables
austeníticos: la martensita ε hexagonal compacta (HCP) y la martensita α′

cúbica centrada en el cuerpo (BCC). Debido al contenido relativamente bajo
de intersticiales, la estructura cristalina normalmente se refiere como BCC y
no como tetragonal centrada en el cuerpo. Como se discutirá a continuación,
las transformaciones martensíticas inducidas por deformación tienen una in-
fluencia pronunciada en las propiedades mecánicas de los aceros inoxidables
austeníticos metaestables.

La termodinámica de la transformación martensítica inducida por de-
formación se ilustra esquemáticamente en la Figura 2.1.1, que muestra las
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energías libres de las fases de austenita y martensita en función de la tempe-
ratura. La transformación martensítica espontánea puede tener lugar solo si
la diferencia entre las energías libres químicas de las fases de austenita y mar-
tensita, es decir, la fuerza motriz química, alcanza el valor crítico ∆Gγ→α′

Ms ,
lo que ocurre a la temperatura MS .

Sin embargo, la transformación también puede ocurrir a la temperatura
T1 (> MS), si está disponible una fuerza motriz mecánica U ′ suficiente, de
modo que:

∆Gγ→α′

Ms + U ′ = ∆Gγ→α′

T1
(2.1)

Patel y Cohen sostienen que la fuerza motriz mecánica se origina en la
tensión aplicada, la cual se suma a la fuerza motriz química, y sugirieron la
siguiente expresión para la fuerza motriz mecánica en función de la tensión
y la orientación [18]

U ′ = τs0 + σε0

=σ sin 2Θ± ε0σ
(1 + cos 2Θ)

2

(2.2)

donde los términos τs0 y σε0 representan el trabajo realizado por las
tensiones cortantes y normales mientras σ es el valor absoluto de la tensión
aplicada y Θ el ángulo entre el eje de la tensión y la normal al plano. Los
signos positivo y negativo corresponden a tensiones de tracción y compresión,
respectivamente.

Figura 2.1.1: Ilustración esquemática de las energías libres químicas de las
fases de austenita y martensita en función de la temperatura [17].
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2.2. Factores que afectan la transformación a mar-
tensita α′ inducida por deformación

La magnitud de la transformación a martensita α′ inducida por deforma-
ción está significativamente influenciada por varios factores, como la compo-
sición química, la temperatura, la tasa de deformación, el estado de la defor-
mación y el tamaño de grano de la fase austenítica. Se ha demostrado que la
variación en la transformación a martensita α′ tiene un impacto sustancial
en la respuesta mecánica de los aceros inoxidables austeníticos metaestables.

2.2.1. Efecto de la composición química

La aleación de los aceros inoxidables austeníticos los hace más estables
frente a la transformación a martensita α′ inducida por deformación. Esto es
una consecuencia de la modificación de la energía de defecto de apilamiento
y de la fuerza motriz química ∆Gγ→α′ . Se han propuesto varias fórmulas
empíricas para describir la influencia de la composición química sobre la
tendencia a la transformación a martensita α′ inducida por deformación. La
primera fórmula fue determinada por T.Angel [19]:

Md(30)(
◦C) = 413− 462(%C + %N)− 9,2%Si

− 8,1%Mn − 13,7%Cr
+ 18,5%Mo + 9,5%Ni

(2.3)

donde el contenido de las aleaciones está expresado en porcentaje en peso.
La temperatura Md(30) representa la temperatura a la cual se forma el 50 %
de la fase martensítica α′ después de una deformación verdadera de tracción
de 0.3. Kiyohiko and Yutaka [20] modificaron la ecuación de T.Angel [19] e
incluyeron el efecto del tamaño de grano, obteniendo la siguiente fórmula:

Md(30)(
◦C) = 551− 462(%C + %N)− 9,2%Si

− 8,1%Mn − 13,7%Cr
+ 18,5%Mo + 29(%Ni + %Cu)
− 68%Nb − 1,42(GS − 8)

(2.4)

donde GS es el número del tamaño de grano ASTM.

2.2.2. Efecto de la temperatura

La formación de martensita α′ inducida por deformación está influencia-
da por dos parámetros dependientes de la composición, como se ha visto, la
energía de defecto de apilamiento y la fuerza motriz química ∆Gγ→α′ . Dado
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que ambas variables también dependen de la temperatura, la transforma-
ción martensítica α′ inducida por deformación es sensible a la temperatura.
Se sabe que la transformación de martensita α′ se suprime con el aumento
de la temperatura [19]. Este comportamiento se atribuye normalmente a la
disminución de la fuerza motriz química ∆Gγ→α′ con el aumento de la tem-
peratura. Aunque se ha demostrado que la energía de defecto de apilamiento
aumenta con la temperatura, su papel en la supresión de la transformación
martensítica α′ no ha sido explícitamente demostrado en la literatura.

2.2.3. Efecto del estado tensional y de deformación

La magnitud de la transformación a martensita α′ depende del estado
de tensión y deformación. Powell y Marshall encontraron que la transforma-
ción a martensita α′ inducida por deformación es más rápida bajo tensiones
de tracción en comparación con tensiones de compresión[21]. Hecker y Stout
observaron que se forma más martensita α′ bajo tensión biaxial que bajo
tensión uniaxial, cuando la comparación se realiza con respecto a la defor-
mación principal máxima. Sin embargo, cuando la comparación se basa en
la deformación efectiva de von Mises, se encontraron tendencias similares en
ambas condiciones de tensión [22].

La observación reportada se explica en función del incremento en la fre-
cuencia de intersecciones entre bandas de corte bajo condiciones de tensión
biaxial, fenómeno que favorece la transformación de fase. Las bandas de cor-
te constituyen regiones discretas y altamente localizadas dentro del material,
caracterizadas por una deformación plástica considerablemente mayor que la
de las áreas circundantes. Estas bandas emergen debido a la concentración de
tensiones, actuando como vías preferenciales para la acomodación plástica.
Microscópicamente, las bandas de corte se identifican como planos o regio-
nes lineales donde ocurre un marcado desplazamiento relativo entre planos
atómicos adyacentes. La intensificación de la deformación plástica en estas
zonas, especialmente cuando múltiples bandas se entrecruzan bajo estados
tensionales complejos como el biaxial, incrementa la densidad de defectos y
la energía almacenada localmente, promoviendo así procesos como transfor-
maciones martensíticas inducidas por deformación u otras transiciones es-
tructurales de fase.

2.2.4. Efecto del tamaño de grano de la austenita

Jonapá et al. [23] estudiaron el efecto del tamaño de grano de la austenita
en la transformación a martensita α′ inducida por deformación en el acero
AISI 304. Se encontró que un tamaño de grano grande favorece la trans-
formación. Este hallazgo está en concordancia con los resultados de Nohara
y Kiyohiko, quienes mostraron que la temperatura Md(30) aumenta con el
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tamaño de grano [20]. También, Varma y Kalyanam encontraron que un ta-
maño de grano grande promueve la formación de martensita α′ durante la
deformación por tracción y laminado en frío en los aceros EN 1.4301 y EN
1.4401 (AISI 304/316) [24].

2.2.5. Efecto de la tasa de deformación

La mayoría de las investigaciones indican que la transformación a mar-
tensita α′ inducida por deformación se suprime con el aumento de la tasa de
deformación. Esto se ha explicado en términos del calentamiento adiabático,
que disminuye la fuerza motriz química de la transformación. Sin embargo,
estudios como los de Staudhammer y Murr han sugerido que una alta tasa
de deformación puede promover la formación de más bandas de corte irre-
gulares, lo que reduce la probabilidad de nucleación de martensita α′ crítica,
suprimiendo así su formación [25].

En resumen, los factores mencionados tienen un impacto considerable en
la transformación martensítica inducida por deformación, y su comprensión
es crucial para el uso adecuado de los aceros inoxidables austeníticos en apli-
caciones de ingeniería.

2.2.6. Efecto de la anisotropía

La textura cristalográfica heredada del laminado puede influir en la faci-
lidad con que ciertos sistemas de deslizamiento se activan y, por tanto, en la
nucleación de martensita en determinadas direcciones.

La anisotropía en la transformación martensítica es un fenómeno influen-
ciado por la microestructura, la deformación plástica y las propiedades elás-
ticas del material. En primer lugar, la orientación preferencial de los granos
y la distribución de fases pueden favorecer la transformación en ciertas di-
recciones, especialmente en materiales laminados o trabajados en frío, donde
la textura cristalográfica define la activación de variantes martensíticas. En
aceros TRIP, la fase austenítica retenida tiende a transformarse con mayor
facilidad en direcciones alineadas con los planos {111}. Además, una distri-
bución heterogénea de la fase austenítica puede generar una respuesta me-
cánica anisótropa, afectando la nucleación y el crecimiento de la martensita.
En cuanto a la anisotropía de deformación plástica, la transformación mar-
tensítica está acoplada a la deformación inducida por carga, lo que significa
que su activación dependerá del estado de tensión multiaxial del material.
En cargas uniaxiales, la transformación se concentra en regiones con mayor
deformación acumulada, mientras que en cargas multiaxiales puede inhibirse
o potenciarse según la relación de tensiones principales.

La transformación martensítica implica una expansión volumétrica que,
combinada con la anisotropía del módulo elástico, puede generar tensiones
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internas diferenciadas y modificar la cinética de transformación. En materia-
les con fuerte anisotropía elástica, la distribución de la martensita puede ser
heterogénea, afectando la respuesta global del material y su comportamiento
mecánico final.

2.3. Procesos de conformado en frio de láminas me-
tálicas

El conformado de láminas metálicas es uno de los procesos más utilizados
en la manufactura de componentes en diversas industrias, como la automo-
triz, aeroespacial, y electrónica. Este método permite transformar láminas
metálicas planas en piezas tridimensionales mediante la aplicación de fuer-
zas controladas, sin alterar significativamente su volumen. Los procesos de
conformado en frío, en particular, presentan ventajas clave, como la mejo-
ra de las propiedades mecánicas del material debido al endurecimiento por
deformación y la precisión dimensional en las piezas finales.

Dentro de los métodos de conformado en frío, destacan técnicas como el
embutido, el doblado y el estampado, las cuales se caracterizan por su capaci-
dad de producir piezas con geometrías complejas y tolerancias estrechas. Sin
embargo, uno de los desafíos más importantes que enfrentan estos procesos
es el fenómeno de la recuperación elástica o springback. Este fenómeno, que
se refiere a la tendencia del material a recuperar su forma original después
de la deformación, puede comprometer la precisión dimensional de las piezas
conformadas, generando la necesidad de ajustes en el diseño del proceso o de
operaciones adicionales para corregir las desviaciones.

A lo largo de este capítulo, se describirán los principales procesos de con-
formado de láminas metálicas, destacando sus principios fundamentales, las
variables críticas que afectan el resultado final y los desafíos que presenta la
interacción entre el material y el proceso, con especial énfasis en el springback.

2.3.1. Introducción al conformado en frío

El conformado de láminas metálicas es un proceso en el cual una lámina
delgada de metal se deforma plásticamente para adquirir la geometría final
deseada. En la mayoría de los procesos de conformado de láminas metálicas,
el mecanismo de conformado consta de componentes rígidos que normalmen-
te incluyen una matriz que tiene la forma final requerida, un punzón para
empujar la lámina metálica hacia la cavidad de la matriz, y un retenedor
para mantener la pieza durante el proceso de conformado. Sin embargo, en
algunos procesos de conformado de láminas metálicas, no es necesario el re-
tenedor, lo que se conoce como doblado al aire, como el doblado en V y el
conformado en U, tal como se muestra en la Figura 2.3.1.
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Figura 2.3.1: Doblado en V y conformado en U de láminas metálicas

Los procesos de conformado de láminas metálicas son ampliamente uti-
lizados por las industrias en general. Más del 55 % de los componentes de
láminas metálicas se producen mediante el doblado con prensa en estas in-
dustrias [26].

El conformado por estirado de láminas, comúnmente llamado proceso de
embutición, es otro tipo de proceso de conformado de láminas metálicas.
En esta operación, la lámina está sometida a fuerzas de estirado (tensión)
además de la fuerza de flexión, debido al retenedor que mantiene la pieza.
La Figura 2.3.2 ilustra el principio del proceso de conformado de láminas
metálicas mediante estirado.

Como resultado de la necesidad de optimizar los costos de producción
en la industria, se ha incrementado el esfuerzo para reducir los espesores
de las láminas metálicas mediante el uso de materiales de alta resistencia,
como el acero y el aluminio. Esta tendencia permite disminuir el volumen de
material necesario, lo cual reduce los costos de manufactura, especialmente
en aplicaciones de gran escala.

Sin embargo, el empleo de materiales de alta resistencia introduce retos
técnicos considerables debido a su baja formabilidad y y la significativa recu-
peración elástica o springback, que afectan la calidad y precisión del producto
final. Esto genera complicaciones adicionales en el diseño de las herramientas
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Figura 2.3.2: Proceso de conformado de láminas metálicas mediante estirado,
comúnmente llamado proceso de embutición.

de conformado, aumentando la complejidad y los costos asociados al proceso
de fabricación.

2.3.2. Deformación plástica

Una forma de combatir el problema del springback y el de la baja for-
mabilidad consiste en disponer de una predicción precisa del conformado de
láminas metálicas de alta resistencia. Con el objetivo de poder modelizar ade-
cuadamente este comportamiento, es fundamental estudiar los mecanismos
que llevan a la deformación plástica y a cómo los materiales pueden alterar
su forma sin fracturarse

2.3.2.1. Deformación plástica vs. deformación elástica

En términos de mecánica de materiales, la deformación puede clasificarse
en elástica y plástica, cada una con características y consecuencias distintas
en el comportamiento del material.

Deformación Elástica: La deformación elástica ocurre cuando un ma-
terial es sometido a una tensión y experimenta un cambio temporal en su
forma o tamaño. Al retirar la tensión aplicada, el material retorna a su esta-
do original, ya que esta deformación no altera permanentemente la estructura
interna. Este comportamiento es resultado del estiramiento reversible de los
enlaces atómicos y se caracteriza por estar dentro de la región lineal de la
curva tensión-deformación, siguiendo la ley de Hooke:

σ = E · ε

donde σ es la tensión, E es el módulo de elasticidad (o módulo de Young),
y ε es la deformación. La ley de Hooke es válida solo hasta el límite elástico,
el punto en el cual el material transita de comportamiento elástico a plástico.
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Deformación Plástica: Cuando la tensión aplicada sobrepasa el lími-
te elástico, se producen desplazamientos permanentes en la estructura del
material, lo que define la deformación plástica. En este proceso, los átomos
se reorganizan en nuevas posiciones, generando una modificación irreversible
de la estructura que no permite que el material retorne a su forma original
al retirar la carga. La deformación plástica es crucial para los procesos de
conformado, ya que permite dar forma a materiales sin fracturarlos. En el
contexto de esta investigación sobre el springback, la deformación plástica es
esencial para entender cómo las láminas metálicas pueden moldearse y có-
mo su elasticidad residual afecta el retorno a la forma original al liberar las
tensiones.

2.3.2.2. Fundamentos de la deformación plástica en metales

El comportamiento plástico en los materiales, y en particular en los me-
tales, es producto de la capacidad de los átomos de deslizarse o reordenarse
de manera permanente cuando se aplica determinado nivel de tensión. En
metales, esto ocurre mediante mecanismos específicos que dependen de la
estructura cristalina, la temperatura y la naturaleza del material.

Deslizamiento y dislocaciones: El deslizamiento es el proceso median-
te el cual los planos atómicos se deslizan unos sobre otros bajo una tensión
aplicada. Las dislocaciones, defectos en la estructura cristalina, permiten que
este proceso ocurra con menos energía, facilitando el cambio de forma sin
fractura. El deslizamiento y el movimiento de dislocaciones son fundamen-
tales para la deformación plástica, y su control permite mejorar propiedades
mecánicas, como la ductilidad y la resistencia a la deformación.

Límite de fluencia: Al llegar a este punto de la curva tensión-deformación,
se produce el inicio de la deformación plástica. El límite de fluencia o punto
de cedencia indica la tensión mínima necesaria para que el material comien-
ce a deformarse plásticamente. En materiales con un límite de fluencia bien
definido, la curva tensión-deformación presenta una caída de la tensión al
alcanzarse este punto, seguida de una meseta durante la cual el material
desarrolla deformación plástica a tensión prácticamente constante.

Endurecimiento por deformación: A medida que un material se de-
forma plásticamente, las dislocaciones interactúan entre sí, dificultando su
movimiento y aumentando la resistencia del material. En este contexto, la
resistencia hace referencia a la tensión de fluencia necesaria para continuar
la deformación plástica. Este fenómeno, conocido como endurecimiento por
deformación o trabajo en frío, es particularmente relevante en el conformado
en frío. La ecuación de Taylor [27] describe esta relación entre la resistencia
y la densidad de dislocaciones:

σ = σ0 + k
√
ρ
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donde σ es la tensión de fluencia, σ0 es la resistencia inicial, k es una
constante y ρ es la densidad de dislocaciones. A medida que aumenta la
densidad de dislocaciones, también lo hace la resistencia del material, lo que
limita la cantidad de deformación adicional que se puede lograr.

2.3.2.3. Efectos de la temperatura y la velocidad de deformación
en el comportamiento Plástico

El comportamiento plástico de un material depende también de factores
externos como la temperatura y la velocidad de deformación:

Temperatura: A temperaturas elevadas, el movimiento de dislocaciones
se facilita, disminuyendo la resistencia y favoreciendo la deformación plástica.
Este fenómeno se observa en procesos como el laminado en caliente, donde
los metales pueden deformarse con menores esfuerzos. Sin embargo, en el
conformado en frío, el material se endurece más rápidamente debido a la
acumulación de dislocaciones.

Velocidad de Deformación: A mayores velocidades de deformación, los
materiales suelen endurecerse, ya que las dislocaciones tienen menos tiempo
para moverse y reordenarse. En metales, este endurecimiento es relevante
en procesos de alta velocidad, donde se requiere una mayor resistencia para
soportar la deformación rápida sin fractura.

2.3.3. Fenómeno de recuperación elástica (springback)

Una vez introducidos algunos de los aspectos principales vinculados con
la deformación plástica que afectan al conformado de láminas metálicas, es
preciso presentar el fenómeno de la recuperación elástica (springback) y su
predicción, origen de muchos de los problemas relacionados con el diseño y
calidad en este tipo de fabricación.

El springback se puede definir como un cambio de forma impulsado elás-
ticamente de una pieza deformada, que ocurre durante la eliminación de las
cargas externas. Se trata de un fenómeno físico complejo que está principal-
mente gobernado por el estado de tensiones alcanzado al final de la deforma-
ción.

Dependiendo de la geometría del producto y del régimen de deformación,
el fenómeno de springback puede manifestarse de diferentes formas durante
el conformado de láminas metálicas. Por ejemplo, después de un proceso de
doblado bajo condiciones de deformación en plano, se observa una recupera-
ción elástica característica del estado de flexión. De manera análoga, cuando
el material ha sido descargado tras estar sometido a tensión o compresión
en el plano, se produce una recuperación asociada al estado de membrana.
En componentes con secciones transversales desiguales, como paneles poco
profundos, la recuperación elástica tiende a ser heterogénea en distintas direc-
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ciones, lo que conduce a una respuesta de torsión. En la práctica industrial,
lo más habitual es que la geometría del producto combine simultáneamente
flexión fuera del plano y deformación en el plano (tracción o compresión),
resultando en un comportamiento de springback más complejo.

La modelización precisa del springback en el conformado de láminas me-
tálicas requiere una caracterización exhaustiva del fenómeno y de los meca-
nismos que lo gobiernan. Para evaluar su sensibilidad a distintos parámetros
del proceso, pueden implementarse metodologías experimentales de diver-
sa complejidad. Mientras que ensayos simplificados permiten una primera
aproximación a la respuesta del material, ensayos más avanzados han sido
diseñados para reproducir condiciones de deformación más representativas
del proceso real como proponen Pijlman [28] y Carden [29]. Estudios presen-
tados por Cleveland y Ghosh han evidenciado que el springback no responde
exclusivamente a un comportamiento elástico, sino que está influenciado por
efectos de plasticidad a microescala [30], lo que introduce una mayor com-
plejidad en su predicción y modelizado como expone Teodosiu [31].

Dentro del estudio de la recuperación elástica, se han propuesto diversos
enfoques para la predicción del springback. Entre ellos, tanto Leu como Pour-
boghrat, introducen modelos analíticos que representan una aproximación
fundamental para describir la evolución geométrica de la pieza tras procesos
de conformado simples [32], [33]. Aunque su aplicabilidad es limitada a con-
figuraciones específicas, estos modelos constituyen una herramienta valiosa
para evaluar de manera rápida la influencia de parámetros materiales y de
proceso en la magnitud del springback, proporcionando una visión cualitativa
de su comportamiento.

2.4. Modelos constitutivos del material

El objetivo general de esta tesis doctoral es caracterizar y modelar con
precisión el comportamiento plástico anisotrópico y el fenómeno de recupe-
ración elástica en láminas de acero inoxidable austenítico metaestable. La
capacidad de predecir con precisión el fenómeno del springback en procesos
de conformado en frío depende fundamentalmente de nuestra capacidad para
comprender y caracterizar adecuadamente el comportamiento mecánico del
material durante todo el proceso de deformación y descarga.

El springback está intrínsecamente ligado a cómo el material almacena
energía elástica durante la deformación plástica y posteriormente la libera al
retirar la carga. Esta respuesta depende directamente de la combinación de
varios aspectos esenciales del comportamiento mecánico:

0. Propiedades elásticas fundamentales: determinan la cantidad ini-
cial de energía elástica almacenada.
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I. Criterio de fluencia: indica cuándo comienza la deformación plástica.

II. Endurecimiento plástico: regula cómo evoluciona la resistencia del
material durante la deformación.

III. Degradación del módulo elástico: afecta la capacidad del material
para recuperar su forma original.

La correcta descripción e integración de estos elementos permite modelizar
fielmente el comportamiento real del material, facilitando así una predicción
robusta y precisa del springback. En la Figura 2.4.1 se representan estas di-
ferentes fases del comportamiento mecánico del material para el acero inoxi-
dable austenítico 1.4301. Se observa una transición suave y redondeada en
torno al límite elástico, en contraste con la meseta típica observada en aceros
al carbono durante el inicio de la deformación plástica. Se identifican clara-
mente las fases principales del comportamiento mecánico del material: una
región elástica inicial (I) con módulo E0, una fase combinada de fluencia y
endurecimiento plástico (II), y una fase de descarga con recuperación elástica
(III), en la que el material presenta un módulo elástico degradado Ed, donde
Ed < E0 como consecuencia del daño acumulado durante la deformación.

En los siguientes apartados, se expondrá el estado del arte en referencia a
los cuatro aspectos mencionados que determinan el comportamiento mecánico
de los elementos metálicos fabricados mediante conformado: las propiedades
elásticas fundamentales, el endurecimiento plástico, el criterio de fluencia y
la degradación del módulo elástico.

2.4.1. Propiedades elásticas fundamentales

Las propiedades elásticas fundamentales de un material describen su com-
portamiento mecánico bajo cargas que producen deformaciones reversibles, es
decir, aquellas deformaciones que desaparecen al retirar la carga. Este com-
portamiento está gobernado principalmente por parámetros como el módulo
elástico o el coeficiente de Poisson. Estas propiedades son cruciales en el dise-
ño y análisis estructural ya que determinan cómo responderá un material en
la región elástica antes de experimentar deformaciones permanentes o daños.

El módulo elástico es una medida de la rigidez de un material y se define
como la relación entre la tensión aplicada y la deformación longitudinal re-
sultante en la región elástica. El coeficiente de Poisson es una propiedad que
cuantifica la relación entre la deformación transversal y la deformación longi-
tudinal cuando el material es sometido a una carga axial. Es decir, refleja la
tendencia de un material a contraerse o expandirse lateralmente mientras se
alarga o se acorta axialmente. Típicamente, los metales tienen un coeficiente
de Poisson en el rango de 0.25 a 0.35 (0.3 para el caso de del acero 1.4301),
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Figura 2.4.1: Curva tensión-deformación característica del acero inoxidable
austenítico 1.4301.

lo que indica que se contraen lateralmente al ser estirados y se expanden
lateralmente al ser comprimidos.

Otra propiedad importante es el límite elástico, definido como la máxima
tensión que un material puede soportar antes de sufrir deformaciones plásticas
permanentes. Aunque el límite elástico es una propiedad asociada al comienzo
del comportamiento plástico, su determinación es fundamental para definir
el rango elástico de operación de los materiales.

Finalmente, es importante mencionar el comportamiento anisotrópico de
este tipo aceros cuando son fabricados por métodos de laminación. En estos
casos, las propiedades elásticas varían con la dirección del esfuerzo aplicado
debido a la orientación preferencial de sus estructuras internas.

En resumen, las propiedades elásticas fundamentales establecen la base
para entender cómo un material responde inicialmente a cargas aplicadas
y son fundamentales para predecir y analizar su comportamiento mecánico
antes de procesos de endurecimiento plástico.

2.4.2. Endurecimiento plástico

Esta sección detalla el concepto de endurecimiento y presenta una revisión
de los modelos de endurecimiento fenomenológico comúnmente utilizados en
el marco de condiciones de carga cuasi-estáticas. Se describen característi-
cas comunes de las inversiones de carga y se discuten las capacidades de los
diferentes modelos de endurecimiento para modelizar dichas características.
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Primero se define el concepto de endurecimiento. En las secciones siguientes
se analizan, respectivamente, los tipos de endurecimiento isotrópico y cinemá-
tico. Debido a que ninguno de estos modelos por sí solo es lo suficientemente
preciso para describir el comportamiento de endurecimiento, se define el con-
cepto de endurecimiento mixto y se examinan diversos modelos clásicos y
avanzados de dicho endurecimiento.

2.4.2.1. Endurecimiento de metales

El movimiento de las dislocaciones a lo largo de planos y direcciones es-
pecíficas en la estructura cristalina es el principal mecanismo responsable
del endurecimiento por deformación en metales a bajas temperaturas [34].
A medida que el material se deforma, este deslizamiento de dislocaciones
induce una rotación gradual de la red cristalina. Con el progreso de la de-
formación, las dislocaciones se encuentran y se acumulan en obstáculos mi-
croestructurales, lo que dificulta su movimiento y aumenta la resistencia del
material al deslizamiento. Este incremento en la resistencia al movimiento de
las dislocaciones durante la deformación plástica es lo que se conoce como
endurecimiento del material [35].

En la curva tensión-deformación, la región que describe la deformación
plástica se denomina curva de fluencia. Como consecuencia del endurecimien-
to, el esfuerzo necesario para que el material siga deformándose aumenta en
función de la cantidad total de deformación plástica acumulada. Al retirar la
carga, la tensión de fluencia en ese instante se convierte en la nueva tensión
de fluencia del material [36].

El endurecimiento del material puede descomponerse en dos mecanismos
fundamentales: la traslación (Endurecimiento Cinemático) y la expansión
(Endurecimiento Isotrópico) de la superficie de fluencia. Esta clasificación
es clave para describir con precisión el endurecimiento cuando se invierte
la carga, ya que influye significativamente en la distribución de esfuerzos y
tensiones residuales, aspectos cruciales en el cálculo del springback.

La función de endurecimiento isotrópico determina un incremento uni-
forme del tamaño de la superficie de fluencia en todas las direcciones, tal
como se ilustra en la Figura 2.4.2 b). Por otro lado, la función de endureci-
miento cinemático describe una traslación de dicha superficie en el espacio de
tensiones, según se observa en la Figura 2.4.3 a). Este desplazamiento es ca-
racterizado mediante la tensión de retroceso, comúnmente denominada back
stress, concepto ampliamente utilizado en modelos avanzados de plasticidad
para representar la tensión interna que genera dicha traslación, indicada por
la variable q en la Figura 2.4.3 b).

Una función de endurecimiento isotrópico resulta insuficiente para descri-
bir adecuadamente las características específicas de una curva de endureci-
miento cíclico, especialmente cuando se trata de cargas inversas. La traslación
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Figura 2.4.2: Se ilustran los modelos de: a) Superficie de fluencia inicial ; b)
Endurecimiento isotrópico

de la superficie de fluencia, fenómeno que ha sido ampliamente observado de
manera experimental en láminas metálicas sometidas a cargas cíclicas [37],
requiere considerarse mediante una función específica de endurecimiento ci-
nemático. Sin embargo, la aplicación exclusiva del endurecimiento cinemático
conduce a una subestimación tanto del endurecimiento durante la inversión de
la carga como del fenómeno de springback. Por el contrario, la utilización ais-
lada del endurecimiento isotrópico sobreestima estos efectos. Por esta razón,
resulta indispensable emplear una combinación apropiada de las funciones
de endurecimiento isotrópico y cinemático, capaz de representar simultánea-
mente la expansión y la traslación de la superficie de fluencia. Este enfoque
mixto, conocido como endurecimiento mixto isotrópico-cinemático, permite
predecir con mayor precisión el comportamiento tensión-deformación del ma-
terial bajo condiciones de carga proporcionales e inversas. En la Figura 2.4.3
b) se ilustra de manera conceptual dicho modelo.

Además de estos dos mecanismos, existe el endurecimiento distorsional,
el cual se refiere a la evolución no uniforme de la superficie de fluencia duran-
te la deformación plástica. A diferencia del endurecimiento isotrópico o del
cinemático, el endurecimiento distorsional implica un cambio de forma de la
superficie de fluencia. En otras palabras, el material se endurece de mane-
ra anisótropa: la capacidad resistente se incrementa en algunas direcciones
de carga más que en otras, distorsionando la envolvente de fluencia inicial.
Experimentalmente se observa que tras una deformación plástica inicial, la
nueva superficie de fluencia presenta un afilamiento o curvatura acentuada
en la dirección de la carga previa y un aplanamiento en la región opuesta.

Este fenómeno, también llamado anisotropía evolutiva o endurecimien-
to direccional, está ligado a cambios microestructurales en el material (por
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Figura 2.4.3: Se ilustran los modelos de: a) Endurecimiento cinemático ; b)
Endurecimiento mixto isotrópico-cinemático

ejemplo, redistribución de dislocaciones, texturización inducida) que generan
respuestas diferenciales según la dirección de carga. En términos de defor-
maciones, suele asociarse a la acumulación de deformación distorsional (des-
viadora o de forma) frente a la deformación volumétrica: el desarrollo de
deformación distorsional altera la relación entre tensiones desviadoras en el
material, provocando finalmente la distorsión de la superficie de fluencia. En
resumen, el endurecimiento distorsional describe cómo un material endurece
de forma anisótropa, cambiando la geometría de su función de fluencia a me-
dida que se deforma plásticamente. No obstante, la complejidad inherente a
capturar con precisión estos mecanismos microestructurales en los modelos
numéricos se traduce en elevados costes de cálculo. A pesar de los recientes
esfuerzos por reducir los costos computacionales, estos siguen siendo exce-
sivamente exigentes desde el punto de vista computacional para numerosas
aplicaciones industriales[38].

2.4.2.2. Endurecimiento isotrópico

La aplicación de un modelo de endurecimiento isotrópico resulta adecua-
da para la simulación de procesos de deformación monótona en los que la
dirección del esfuerzo permanece constante [39].

Dicho comportamiento de endurecimiento isotrópico ha sido modelizado
mediante diversas formulaciones a lo largo de la literatura y la práctica. Una
de las primeras propuestas fue la ley de Ludwick (1909), que se expresa como

σLudwick = σ0 +K ε̄n (2.5)

donde σ0 representa la tensión de fluencia inicial, K es el coeficiente de
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resistencia y n es el exponente de endurecimiento por deformación. Poste-
riormente, Hollomon (1944) propuso una formulación similar pero que omite
la tensión inicial, quedando definida por

σHollomon = K ε̄n (2.6)

El endurecimiento saturante se caracteriza por una disminución progresi-
va de la tasa de endurecimiento hasta alcanzar un valor asintótico de tensión
en grandes deformaciones, típico en aceros y aleaciones con comportamien-
to estabilizado (la tasa de endurecimiento se reduce progresivamente hasta
volverse prácticamente nula). En contraste, el endurecimiento no saturante
muestra un incremento continuo de la tensión sin tendencia a la saturación,
común en aleaciones de aluminio y metales FCC. Mientras que el primero re-
presenta una evolución exponencial decreciente de la resistencia del material,
el segundo sigue una ley de crecimiento continuo sin límite definido.

Para describir el comportamiento de endurecimiento saturante, Voce (1948)
introdujo la siguiente expresión:

σVoce = σ0 +Q
(
1− e−b ε̄

)
(2.7)

donde Q es un parámetro de saturación asociado al valor límite de la
tensión en deformaciones plásticas elevadas y b define la tasa de saturación.
En contraste, Swift (1947) presentó una ley que incorpora la deformación
plástica inicial, ε̄0, y se utiliza principalmente para materiales que exhiben
un endurecimiento no saturante, expresada como

σSwift = K
(
ε̄20 + ε̄2

)n (2.8)

Finalmente, Prager (1938) propuso una formulación basada en la función
hiperbólica para describir el endurecimiento isotrópico:

σPrager = σ0 tanh
(E ε̄

σ0

)
(2.9)

donde E corresponde al módulo de elasticidad.
Entre estas formulaciones, las leyes de Voce y Swift son especialmente

relevantes en la caracterización del endurecimiento en laminas metálicas.
Entre las funciones de endurecimiento isotrópico descritas en las ecuacio-

nes (2.5) a (2.9), las leyes de Voce y Swift son ampliamente utilizadas para la
caracterización del endurecimiento en láminas metálicas. La ley de endureci-
miento de Voce se emplea predominantemente en aceros, los cuales presentan
un comportamiento de endurecimiento saturante, caracterizado por una dis-
minución progresiva de la tasa de incremento de la tensión con la deformación
plástica, hasta alcanzar un valor asintótico en grandes deformaciones.

32



2.4 Modelos constitutivos del material

Por otro lado, la ley de endurecimiento de Swift [40] se utiliza con mayor
frecuencia en aleaciones de aluminio, que exhiben un comportamiento de en-
durecimiento no saturante. Adicionalmente, la ley combinada de Swift-Voce
integra ambas formulaciones de endurecimiento, saturante y no saturante,
mediante un factor de ponderación, lo que permite una excelente correla-
ción con el comportamiento mecánico tanto de aceros como de aleaciones de
aluminio.

El modelo de endurecimiento Hockett-Sherby [41] se expresa mediante la
ecuación:

σ(εp) = σsat −
(
σsat − σ0

)
e−mεnp (2.10)

donde σ es la tensión en función de la deformación plástica εp, σ0 es la tensión
de fluencia inicial, σsat es la tensión de saturación, y m, n son constantes del
material que determinan la rapidez y la curvatura del endurecimiento. Esta
formulación representa un endurecimiento isotrópico con saturación. Al inicio
(εp = 0) la tensión σ parte de σ0 y luego aumenta con la deformación plástica,
pero cada vez más lentamente debido al término exponencial, acercándose de
forma asintótica a σsat a grandes deformaciones, es decir, el material alcanza
un nivel de resistencia casi constante cuando se satura su endurecimiento.

2.4.2.3. Endurecimiento cinemático

La inversión de carga en procesos de conformado de láminas metálicas
describe la situación en la que el material experimenta cambios alternantes en
el sentido de las tensiones aplicadas, típicamente observada cuando la lámina
se adapta al contorno curvo de una matriz para posteriormente recuperar su
forma plana al avanzar con el punzón.

Este fenómeno genera alternancia entre tensiones de tracción y compre-
sión en diferentes puntos a lo largo del espesor de la lámina, originando el
conocido efecto Bauschinger. Este efecto se caracteriza por una reducción
del límite elástico cuando la dirección de carga es invertida respecto a la
carga aplicada inicialmente. Además, el comportamiento mecánico muestra
etapas transitorias con un desplazamiento gradual de la curva de fluencia ha-
cia tensiones menores, reflejando un ablandamiento irreversible. Asimismo,
el comportamiento de endurecimiento del material experimenta una etapa
inicial de estabilización seguida por una reducción continua de la tasa de
endurecimiento, resultando en un reblandecimiento permanente.

El efecto Bauschinger está presente en diversos metales y aleaciones, prin-
cipalmente por la acumulación de microtensiones internas debidas a incompa-
tibilidades de deformación entre granos adyacentes [36]. Macroscópicamente,
esto se traduce en una disminución notable del límite elástico al cambiar la
carga de tracción a compresión [35].
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Al invertir la carga, la fluencia no ocurre en el punto original (c), sino en
uno nuevo (c′), tal como se ilustra en la Fig. 2.4.4. Este efecto puede influir
significativamente en el springback, llegando a modificar su magnitud hasta
en un factor de dos [42].

La cuantificación del efecto Bauschinger se realiza mediante la razón de
Bauschinger, propuesta por Lee et al. [43]:

RBauschinger =
σf − σr
2σf

(2.11)

donde σf representa la tensión de fluencia inmediatamente antes de la
inversión de carga, y σr la tensión inicial tras dicha inversión (σf y σr se
corresponden con los puntos b y c′ de la Figura 2.4.4).

El desplazamiento de la superficie de fluencia al invertirse la carga se des-
cribe mediante componentes de endurecimiento isotrópico (σ) y cinemático
(q), calculadas respectivamente como:

σ =
σf − σr

2
(2.12)

q =
σf + σr

2
(2.13)

Para describir y predecir este efecto, en 1956, Prager desarrolló inicial-
mente un modelo lineal de endurecimiento cinemático, definido por un único
parámetro cp [44]:

dq̃ = cpdε̃
p (2.14)

En dicho modelo, la superficie de fluencia se traslada en la misma dirección
que la deformación plástica, ya que la tensión de retroceso evoluciona lineal-
mente con esta deformación. No obstante, la linealidad del modelo presenta
limitaciones importantes en cargas cíclicas, especialmente bajo inversiones de
carga frecuentes [45], además de mostrar inconsistencias en condiciones bi-
dimensionales y tridimensionales según lo descrito, en 1959, por Ziegler. Por
ello, este propuso otra función de endurecimiento cinemático lineal en la cual
la superficie de fluencia se traslada radialmente desde el centro [46]:

dq̃ ≈ c
(σ − q)

f
dε̃p (2.15)

donde f representa la función de fluencia y c es un parámetro de en-
durecimiento. Sin embargo, estos modelos, al utilizar un solo parámetro, no
consiguen capturar completamente las no linealidades intrínsecas en el endu-
recimiento plástico.

Finalmente, modelos más avanzados como el de múltiples superficies de-
sarrollados por Mróz en 1967 [47] y 1969 [48], las teorías de doble superficie
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Figura 2.4.4: Esquema ilustrativo efecto Bauschinger, mostrando la evolución
de la tensión (σ) frente a la deformación plástica (εp).

propuestas por Dafalias y Popov en 1976 [49], así como el modelo de Arms-
trong y Frederick en 1966 [50], permiten describir con mayor precisión el
efecto Bauschinger. La diferencia fundamental entre estos enfoques radica en
la definición del módulo plástico generalizado y en la forma de determinar la
dirección y magnitud del desplazamiento de la superficie de fluencia.

2.4.2.4. Endurecimiento mixto isotrópico-cinemático

Partiendo de los conceptos de endurecimiento no lineal mencionados pre-
viamente, el comportamiento transitorio se caracteriza mediante una tran-
sición suave desde la región elástica hasta la región plástica en el endureci-
miento, lo que implica un cambio gradual en la tasa de endurecimiento. Este
fenómeno, relacionado con el efecto Bauschinger, se muestra en la Figura
2.4.4 en el tramo c’ a d’.

Modelos clásicos de endurecimiento, como los propuestos por Armstrong
y Frederick en 1966 [50] o Chaboche en 1986 [45] y 1991 [51], incorporan un
término de relajación para explicar los efectos observados en cargas cíclicas,
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complementando la función de endurecimiento cinemático lineal de Ziegler,
ambos evolucionando de manera independiente.

Los modelos de tipo Armstrong-Frederick, basados en un endurecimiento
cinemático no lineal, fueron predominantes antes de 2005 y siguen siendo am-
pliamente utilizados [52]. Para mejorar la predicción del efecto Bauschinger
y el comportamiento transitorio, se combinó la función de endurecimiento ci-
nemático Armstrong-Frederick con una función de endurecimiento isotrópico
pasando a llamarse endurecimiento mixto (cinemático + isotrópico).

En la literatura y en los códigos de elementos finitos esto suele aparecer
con el nombre de modelo combinado de Lemaitre-Chaboche, como un suma
de varias tensiones internas de retorno mas una ley isotrópica como la de
Voce.

En el modelo de ArmstrongFrederick (AF) se introduce la tensión interna
de retorno (backstress) como una variable interna tensorial denotada por α,
que describe el endurecimiento cinemático mediante la traslación de la su-
perficie de fluencia en el espacio de tensiones. Con esta notación, la evolución
AF estándar puede escribirse de forma equivalente como

α̇ = 2
3 c ε̇

p − γα ṗ, (2.16)

o bien
α̇ = cn ṗ− γα ṗ, n = 3

2

s−α

σ̄
, (2.17)

donde ε̇ p es la tasa de deformación plástica, s = dev(σ) es el tensor desviador
de tensiones, σ̄ =

√
3
2 (s−α) : (s−α) es la tensión equivalente de von Mises

traslacional, y ṗ =
√

2
3 ε̇

p : ε̇ p es la tasa de deformación plástica equivalente
acumulada. Los parámetros c y γ controlan, respectivamente, la magnitud y
la tasa de saturación del backstress.

Bajo carga uniaxial, α → α (escalar) y dp = |dεp|, por lo que (2.16) se
reduce a

dα =
(
c− γ α

)
dεp =⇒ α(εp) =

c

γ

(
1− e−γ εp

)
, (2.18)

donde c/γ es el valor de saturación de la tensión de retorno y γ su tasa de
saturación.

Como se menciono antes, para mejorar la predicción del efecto Bauschin-
ger y del régimen transitorio, es habitual combinar el endurecimiento cine-
mático AF con un endurecimiento isotrópico (p. ej., Voce), lo que da lugar a
un endurecimiento mixto (cinemático + isotrópico).

Chaboche [45] sugirió superponer múltiples funciones AF, un enfoque que,
en muchos casos, puede resultar en una mejora significativa de los resultados.
En este contexto, se propone:

α =
N∑
i=1

αi, α̇i = ci n ṗ− γiαi ṗ. (2.19)
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La función de endurecimiento cinemático de Chaboche se emplea común-
mente junto con la ley de endurecimiento isotrópico de Voce, ya definida en
la sección 2.4.2.2. La nueva función de endurecimiento se expresa como:

σy = σ0 +R, Ṙ = b (Q−R) ṗ =⇒ R(p) = Q
(
1− e−b p

)
, (2.20)

de modo que bajo carga cíclica la tensión de fluencia estabiliza en σ0 + Q
con una tasa de saturación b. En el contexto del modelo combinado, σy evo-
luciona por la superposición de los efectos isotrópico (Voce) y cinemático
(AF/Chaboche).

La Figura 2.4.4 muestra un claro desplazamiento de la tensión permanente
del punto d al f ′. Es conocido como el ablandamiento permanente y es una
característica que se observa tras el comportamiento transitorio.

Dicho efecto está asociado a la disolución parcial de las paredes celulares
de dislocaciones formadas durante la deformación directa [53], cuya magnitud
es influenciada por el nivel de pre-deformación aplicada [54].

Para incluir el efecto de ablandamiento permanente, la superficie de con-
torno que describe el estado límite de tensión puede evolucionar de acuerdo
con un modelo de endurecimiento cinemático o mixto isotrópico-cinemático,
resultando en modelos de dos superficies propuestos por Geng y Wagoner
[55], Yoshida y Uemori (YU) [11] y Lee et al. [56]. Considerando el modelo
propuesto por Geng y Wagoner con tres parámetros materiales, la superficie
de contorno se desarrolla de acuerdo con una ley de endurecimiento mixto
que se expande y traslada simultáneamente.

La Figura 2.4.5 esquematiza el concepto subyacente al modelo de endu-
recimiento Geng-Wagoner. En este modelo, la evolución de la superficie de
fluencia se asemeja a la del modelo Armstrong-Frederick con el término de
retroceso reemplazado por un vector que conecta los centros de las super-
ficies de fluencia y de contorno. Además, el comportamiento transitorio se
modela mediante una traslación de la superficie de fluencia, y el efecto de
ablandamiento permanente se produce por la evolución de la superficie de
contorno.

Un inconveniente significativo de este modelo es la sobrestimación de la
tensión que surge en condiciones de carga complejas, particularmente cuando
los materiales son descargados y recargados elásticamente, conduciendo a
inconsistencias [57].

Lee et al. [56] abordaron este problema proponiendo un modelo práctico
de dos superficies que incorpora superficies anisotrópicas de fluencia y un
endurecimiento combinado isotrópico y cinemático para ambas superficies.
Asimismo, definieron un criterio para carga inversa con el fin de actualizar
la distancia inicial entre las superficies solamente cuando dicho criterio se
satisface.
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Figura 2.4.5: Representación esquemática del modelo de endurecimiento de
Geng-Wagoner en el espacio tridimensional de tensiones principales, mos-
trando la evolución de la superficie de fluencia desde su posición inicial hasta
una condición límite (adaptado de Geng y Wagoner[55]).

La Figura 2.4.4 evidencia un fenómeno de estancamiento del endureci-
miento por deformación en la región comprendida entre los puntos d′ y e′.
Dicho fenómeno representa una anomalía en la curva de endurecimiento al
producirse bajo condiciones de carga inversa.

Investigaciones previas han establecido que la magnitud de este fenó-
meno de estancamiento está estrechamente vinculada con el grado de pre-
deformación del material, incrementándose la extensión del tramo de estan-
camiento conforme aumenta dicha pre-deformación. Para describir esta par-
ticularidad del comportamiento mecánico, son ampliamente reconocidos los
modelos de dos superficies propuestos por Yoshida y Uemori [11], así como el
modelo microestructural basado en dislocaciones desarrollado por Teodosiu
y Hu [58].

En particular, el modelo de endurecimiento de dos superficies planteado
por Yoshida y Uemori ha alcanzado una notable popularidad, fundamental-
mente debido a la relativamente baja cantidad de parámetros requeridos para
su calibración. Este modelo tiene la capacidad de predecir comportamientos
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mecánicos transitorios, el efecto Bauschinger y el ablandamiento permanente.
Su formulación consiste en una superficie de fluencia que se desplaza cine-
máticamente dentro de una superficie de contorno mayor, cuya evolución
está regulada mediante un modelo combinado de endurecimiento isotrópico-
cinemático.

La traslación relativa entre ambas superficies se determina mediante la
combinación de dos funciones de endurecimiento cinemático no lineales, lo
cual permite simular adecuadamente tanto el efecto Bauschinger como el
comportamiento transitorio. Adicionalmente, el endurecimiento isotrópico
asociado a la superficie de contorno captura el endurecimiento global del
material, incluyendo efectos tales como el ablandamiento permanente y el
estancamiento del endurecimiento inducidos por las zonas de endurecimiento
predominantemente cinemático.

No obstante su elevada eficiencia numérica y predictiva, un aspecto críti-
co del modelo de Yoshida-Uemori radica en la limitación intrínseca derivada
de emplear la deformación plástica equivalente definida mediante el criterio
de von Mises. Por otra parte, cabe destacar que, en contraste con otros mo-
delos de dos superficies, como el planteado por Geng y Wagoner, el modelo
de Yoshida-Uemori evita el problema de sobrestimación. Esto se logra me-
diante una traslación relativa controlada por una función dependiente de la
diferencia de tamaño entre ambas superficies, la cual se satura al alcanzar la
brecha entre dichas superficies.

Dentro de los modelos mixtos, y debido a su relevancia para el trabajo
desarrollado en esta tesis, el planteamiento de Yoshida-Uemori merece un
análisis detallado, que se presenta en el siguiente epígrafe.

2.4.2.5. Yoshida-Uemori: Modelo de endurecimiento

Las trayectorias con inversión de carga propias del conformado en frío
exigen modelos capaces de reproducir el efecto Bauschinger, el ablandamiento
permanente y el estancamiento del endurecimiento; por ello, en este trabajo
se adopta un marco de dos superficies. Entre las distintas formulaciones, la
de YoshidaUemori ofrece una combinación ventajosa dada su eficiencia en
simulación numérica, su disponibilidad nativa en LS-DYNA, lo que permite
su uso directo y eficiente en simulaciones industriales y una trayectoria de
desempeño robusto en la predicción del springback en chapas metálicas bajo
cargas reversibles.

El modelo de Yoshida y Uemori es un modelo de endurecimiento mixto.
Combina endurecimiento isotrópico y cinemático, es decir, la superficie de
fluencia puede trasladarse y también cambiar de tamaño simultáneamente.

Se basa en la teoría de plasticidad de dos superficies. En esencia, asume
que la respuesta plástica y de endurecimiento del material está gobernada
por dos superficies en el espacio de tensiones: una superficie de fluencia móvil
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de tamaño fijo y una superficie límite.
La superficie de fluencia interior representa el límite plástico instantáneo

(sigue al estado de tensión actual mediante endurecimiento cinemático puro),
mientras que la superficie envolvente exterior delimita la resistencia isotró-
pica máxima alcanzable y evoluciona en tamaño conforme al endurecimiento
isotrópico acumulado representadas en la Figura 2.4.6.

Durante cargas monotónicas iniciales, la superficie de fluencia se expande
hasta coincidir con la envolvente (predominando el endurecimiento isotró-
pico). Sin embargo, ante una inversión de carga, el modelo introduce un
mecanismo de memoria de carga inversa: la superficie de fluencia interior
traslada su centro en dirección opuesta (efecto cinemático no lineal) dentro
de la superficie envolvente, la cual recuerda el máximo previo de tensión al-
canzado. Esto se traduce en un descenso marcado de la tensión de fluencia
en la inversión (efecto Bauschinger) seguido de un período de estancamien-
to del endurecimiento durante el cual la tensión apenas aumenta a pesar de
la deformación plástica adicional. Solo tras exceder cierta deformación acu-
mulada en la dirección inversa, la superficie envolvente retoma su expansión
isotrópica.

Matemáticamente, el modelo define una función de fluencia Φ para la
superficie móvil con endurecimiento cinemático dado por

Φ = f(σ,α)−
(
B +R

)
= 0 (2.21)

f(σ,α) =
√

3
2 (s−α) : (s−α) (2.22)

donde s es el tensor de tensiones desviatorios, α el tensor de retroceso
cinemático, B el radio inicial de la superficie envolvente, y R la parte de
endurecimiento isotrópico.

El endurecimiento isotrópico, el incremento de R, sigue una ley de endu-
recimiento isotrópico tipo Voce acoplada a la historia de deformación plástica
equivalente.

Ṙ = b
(
R∞ −R

)
ṗ, R(0) = 0, (2.23)

con
ṗ =

√
2
3 ε̇

p : ε̇p
(
ṗ = ε̇peq

)
. (2.24)

y siendo b, R∞ (Q en la ecuación 2.7) los parámetros de Voce.
También define una función F para la superficie envolvente con centro β

y tamaño B +R .

F (σ,β) =
√

3
2 (s− β) : (s− β) − B = 0,

La superficie de fluencia interior experimenta un desplazamiento de su
centro en dirección opuesta a la trayectoria de carga, fenómeno característico
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Figura 2.4.6: Esquema ilustrativo del modelo de endurecimiento propuesto
por Yoshida-Uemori (adaptado de [11])

del endurecimiento cinemático no lineal. Dicho comportamiento es descrito
mediante una regla evolutiva no lineal del tipo Armstrong-Frederick, que
incorpora términos de saturación para definir adecuadamente la evolución de
la tensión de retroceso dentro de la superficie envolvente.

α̇ = C ε̇p − γα ṗ (2.25)

con C, γ coeficientes de saturación y decaimiento (Armstrong-Frederick).
Unido a la condición de consistencia plástica (asegura que durante una

deformación plástica el punto de tensión se mantiene siempre en la superficie
de fluencia) y la regla de flujo normal (que será desarrollada con mayor detalle
posteriormente en la Sección 2.4.3.2) dan:

ε̇p = λ̇
∂f

∂σ
= λ̇

√
3
2

s−α

‖s−α‖
, λ̇ ≥ 0 (2.26)

y la consistencia Φ = 0.
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Se define la resistencia isotrópica máxima alcanzable como

B +R ≤ B +R∞ (2.27)

de modo que la superficie de fluencia no puede expandirse más allá de la
envolvente máxima de radio B +R∞.

Este esquema de doble superficie permite reproducir las características
clave del comportamiento cíclico: efecto Bauschinger, estancamiento del en-
durecimiento y finalmente un ablandamiento permanente tras ciclos de carga
inversa.

El modelo Yoshida-Uemori incorpora una memoria explícita del historial
de deformación plástica, lo que le permite representar con mayor precisión
la respuesta del material ante inversiones del camino de carga. Esta carac-
terística supone una clara ventaja frente a modelos isotrópicos convencio-
nales, que son incapaces de retener información sobre trayectorias previas y,
por consiguiente, presentan limitaciones en la predicción de comportamientos
anisotrópicos complejos derivados de cargas inversas o cíclicas.

Diversos estudios han resaltado la solidez matemática y predictiva del mo-
delo original de Yoshida-Uemori. Por ejemplo, Chang et al. subrayan que el
modelo YU describe de forma integral el efecto Bauschinger y el estancamien-
to del endurecimiento en deformaciones plásticas cíclicas grandes, resultando
un modelo importante para la simulación del conformado de aceros de alta
resistencia [59]. Así mismo, Chen et al. indican que la incorporación de este
tipo de endurecimiento mixto no lineal mejora notablemente la precisión en la
predicción del springback frente a suposiciones de módulo elástico constante
o endurecimiento isotrópico puro [60].

En resumen, el fundamento teórico del modelo YU reside en una for-
mulación constitutiva elasto-plástica avanzada que combina endurecimiento
cinemático no lineal (traslación saturable de la superficie de fluencia) con
endurecimiento isotrópico moderado en la superficie límite, habilitando una
representación realista de la respuesta bajo cargas inversas y ciclos de defor-
mación.

2.4.2.6. C-R: Modelo de endurecimiento

Este modelo de endurecimiento cinemático sigue las formulaciones pro-
puestas por Chaboche y Roussilier [61], ampliamente aceptadas en la mo-
delización del comportamiento plástico cíclico y multiaxial. Se trata de un
trabajo fundacional que combina el endurecimiento cinemático no lineal de
Chaboche con el modelo de daño poroso de Rousselier, utilizando el concepto
de variables internas. Ha influido significativamente en los modelos constituti-
vos modernos, incluyendo su implementación parcial en el modelo de material
MAT_133 en Ls-Dyna.
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Este enfoque introduce la tensión de retroceso, α, que representa el des-
plazamiento del centro de la superficie de fluencia en el espacio de tensiones,
permitiendo capturar fenómenos como el efecto Bauschinger.

La tensión efectiva, σeff, se redefine en función de la tensión aplicada σ y
la tensión de retroceso α, según la expresión:

σeff = σeff
(
σ11 − 2α11 − α22,

σ22 − 2α22 − α11,

σ12 − α12

)
(2.28)

La tensión de retroceso total αij se modela como la suma de hasta cuatro
componentes, permitiendo capturar diferentes mecanismos de endurecimiento
cinemático no lineal:

αij =

4∑
k=1

αk
ij (2.29)

La evolución de cada componente individual de la tensión de retroceso se
define mediante la ecuación diferencial:

δαk
ij = Ck

(
aksij −

αij

σeff
− αk

ij

)
δεp (2.30)

donde:

Ck y ak son parámetros del material que controlan la cinética de evo-
lución y la saturación del término k-ésimo.

sij es el tensor de tensiones desviadoras.

σeff es la tensión efectiva.

εp es la deformación plástica efectiva acumulada.

La condición de fluencia se adapta para considerar el endurecimiento ci-
nemático no lineal, expresándose como:

f(σ,α, εp) = σeff
(
σxx − 2αxx − αyy,

σyy − 2αyy − αxx,

σxy − αxy

)
−

{
σt
Y (εp, ε̇p, 0)−

4∑
k=1

ak [1− exp(−Ckεp)]

}
≤ 0 (2.31)

43



Capítulo 2. Antecedentes y revisión de la literatura

Esta formulación permite reproducir la respuesta tensión-deformación ob-
servada en ensayos de tracción uniaxial, así como considerar la evolución de
la superficie de fluencia bajo condiciones de carga multiaxial compleja y ciclos
de carga-descarga.

2.4.2.7. Modelos basados en la física del endurecimiento

En esta etapa de la revisión de antecedentes y de la literatura especiali-
zada resulta pertinente destacar una familia de modelos que, si bien no serán
empleados directamente en el desarrollo de la presente investigación, merecen
ser mencionados debido a su relevancia teórica y al potencial que presentan.

Los modelos físicos de endurecimiento son enfoques teóricos diseñados
para analizar cómo los materiales se endurecen o ablandan durante la defor-
mación plástica, basándose en la evolución de su microestructura, particu-
larmente las dislocaciones. Aunque el modelo de Yoshida-Uemori es efectivo
para predecir comportamientos en curvas de endurecimiento cíclico, tiene li-
mitaciones al enfrentar procesos industriales complejos como operaciones de
múltiples etapas. Dado que el endurecimiento depende esencialmente de la
estructura y dinámica de las dislocaciones, los modelos basados en princi-
pios físicos ofrecen un potencial mayor para mejorar las predicciones. Por
ejemplo, el modelo de Teodosiu y Hu sobresale al describir tanto las caracte-
rísticas de cargas cíclicas como las observadas en trayectorias de deformación
ortogonales, gracias a variables internas que reflejan el comportamiento real
de las dislocaciones. Esto permite una comprensión más detallada y precisa,
especialmente en cambios de trayectoria de carga, destacando la relevancia
de estos modelos para aplicaciones prácticas.

Los modelos basados en la física del endurecimiento presentan diversas
limitaciones, entre las que destaca una alta complejidad computacional debi-
do a la incorporación explícita de fenómenos microestructurales detallados,
lo que implica cálculos intensivos y tiempos elevados de simulación. Asimis-
mo, estos modelos requieren un número considerable de parámetros físicos y
microestructurales cuya calibración precisa suele ser compleja debido a la difi-
cultad inherente para obtener estos datos experimentalmente [62]. Además, la
validación experimental de tales modelos puede resultar complicada, pues im-
plica emplear técnicas avanzadas como microscopía electrónica y difracción de
rayos X, lo que incrementa considerablemente el esfuerzo experimental. Otra
limitación importante radica en su escasa capacidad de generalización, dado
que su fuerte dependencia de parámetros específicos dificulta su adaptación
directa a diferentes materiales o condiciones de proceso sin una recalibración
exhaustiva. También presentan desafíos significativos en su implementación
numérica, lo que incrementa considerablemente el esfuerzo de programación
respecto a modelos fenomenológicos más simples. Estos modelos son sensi-
bles a condiciones iniciales y de contorno, exigiendo una definición precisa de
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parámetros experimentales que no siempre es posible obtener. Finalmente,
la extrapolación de estos modelos a condiciones distintas de aquellas para
las cuales fueron validados, como altas velocidades de deformación o gran-
des deformaciones plásticas, puede reducir su precisión y fiabilidad predictiva
[63].

2.4.3. Criterios de fluencia anisotrópica

La precisión de las simulaciones numéricas en procesos de conformado de
chapa metálica está fuertemente condicionada por la descripción rigurosa del
comportamiento anisotrópico del material. Resulta esencial emplear funciones
de fluencia adecuadas que capturen correctamente la anisotropía inherente
al proceso de deformación plástica. En este capítulo se presenta inicialmente
una introducción conceptual sobre las funciones de fluencia, seguida de un
breve repaso de algunos modelos isotrópicos ampliamente utilizados y que
sirven de referencia para contextualizar los desarrollos más avanzados.

Se analizan primero los modelos clásicos propuestos por Hill, que consti-
tuyen una base fundamental para el entendimiento y evolución posterior de
este campo de estudio.

Se presta especial atención a las familias de funciones propuestas por Hill
y Barlat debido a su amplia difusión y reconocida relevancia en el ámbito
de las simulaciones por elementos finitos. La popularidad de estos modelos
radica no solo en su eficacia para reproducir la respuesta anisotrópica del ma-
terial, sino también en su significativa influencia en el desarrollo de nuevas
metodologías y modelos avanzados para la predicción precisa del comporta-
miento mecánico en procesos de conformado.

2.4.3.1. Anisotropía de chapas metálicas

Debido a la estructura cristalográfica del acero y las características del
proceso de laminado, las chapas metálicas presentan una notable anisotro-
pía en sus propiedades mecánicas. El proceso de laminación proporciona una
anisotropía particular debido a la simetría de las propiedades mecánicas res-
pecto a tres planos ortogonales. Este comportamiento mecánico se denomina
ortotropía. Las líneas de intersección de los planos de simetría constituyen
los ejes ortotrópicos. En el caso de chapas metálicas laminadas, estas orien-
taciones son la dirección de laminado (R), la dirección transversal (T) y la
dirección normal (N), como se muestra en la Figura 2.4.7.

La variación del comportamiento plástico según la dirección está gober-
nada por el coeficiente de anisotropía denominado parámetro de Lankford
[64]. Este coeficiente se determina mediante ensayos de tracción uniaxial so-
bre especímenes de chapa. El coeficiente de anisotropía r se calcula mediante
la ecuación 2.32.
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R

T

N

Figura 2.4.7: Representación de los ejes de ortotropía en la laminación del
acero.

r =
ε22
ε33

(2.32)

donde ε22 y ε33 son las deformaciones en las direcciones del ancho y del
espesor, respectivamente, durante el ensayo de tracción.

Para un material isotrópico, el coeficiente es uno debido a que las defor-
maciones en el ancho y el espesor tienen el mismo valor. Cuando el coeficiente
es mayor que uno, predominan las deformaciones en el ancho, ya que la resis-
tencia al adelgazamiento es más notable. Por otro lado, cuando el coeficiente
es menor que uno, dominan las deformaciones en el espesor.

Debido a que el espesor del espécimen es pequeño comparado con su
ancho, los errores en la medición de estas dos deformaciones pueden ser con-
siderables. Por lo tanto, las relaciones anteriores se reemplazan por una que
implica cantidades del mismo orden de magnitud: largo y ancho del espéci-
men. Considerando la condición de conservación de volumen en plasticidad
expresada en la ecuación 2.33:

ε11 + ε22 + ε33 = 0 (2.33)

La ecuación 2.32 junto con la ecuación 2.33 se puede reordenar en la forma
de la ecuación 2.34:

r = − ε22
ε11 + ε22

(2.34)

Los experimentos muestran que el parámetro de Lankford depende de la
dirección en el plano de la chapa. Si el espécimen de tracción se corta con su
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eje longitudinal formando un ángulo θ respecto a la dirección de laminado,
se obtiene el coeficiente rθ. El subíndice especifica el ángulo entre el eje del
espécimen y la dirección de laminado, tal como se muestra en la Figura 2.4.8.

El promedio de los valores de r obtenidos para diferentes direcciones en el
plano de la chapa metálica se denomina coeficiente de anisotropía normal rn.
Para valores de r obtenidos en especímenes en tres direcciones del plano de
la chapa metálica 0◦, 45◦ y 90◦, respectivamente, el coeficiente de anisotropía
normal se calcula mediante la ecuación 2.35.

rn =
r0 + 2r45 + r90

4
(2.35)

Para medir la variación de la anisotropía normal respecto al ángulo con la
dirección de laminado, se utiliza la ecuación 2.36, conocida como anisotropía
planar.

∆r =
r0 + r90 − 2r45

2
(2.36)

Debido a la variación de los coeficientes de anisotropía con el grado de
deformación, los valores de r suelen determinarse a una elongación del 20 %.

2.4.3.2. Hipótesis de la regla de flujo asociada

Los fundamentos de la mayoría de las funciones de fluencia anisotrópica
se han basado en la hipótesis de la Regla de Flujo Asociada (RFA), la cual
indica que la dirección del incremento de la deformación plástica es normal
a la superficie de fluencia en el espacio de tensiones.

La hipótesis de normalidad se muestra en la Figura 2.4.9.
Esta hipótesis es generalmente aceptada debido a múltiples validaciones

experimentales [65], donde se ha demostrado que, en metales comunes, el
volumen permanece prácticamente constante durante la deformación plásti-
ca, y la tensión hidrostática no afecta significativamente la resistencia a la
fluencia.

La validez de esta hipótesis justifica que se pueda emplear la misma fun-
ción matemática para definir tanto la superficie de fluencia como el potencial
plástico, garantizando así que la deformación plástica se produzca sin cam-
bios de volumen. Esto simplifica considerablemente los modelos constitutivos
utilizados para simular el comportamiento plástico de los metales.

Diversos investigadores han desarrollado criterios de fluencia anisotrópi-
cas para representar la anisotropía inicial que presentan láminas metálicas
reales, especialmente en procesos de conformado. Los primeros modelos an-
isotrópicos partieron del criterio cuadrático original propuesto por Hill [66],
el cual posteriormente evolucionó hacia formulaciones más generales y flexi-
bles que permiten describir superficies de fluencia con formas complejas, no
necesariamente cuadráticas.
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θ

DL

DT
Probeta

Figura 2.4.8: Probetas de tracción orientada con un ángulo θ respecto a la
dirección de laminación (DL), DT: dirección transversal.

Carga Biaxial
σx = σydεy dε

dεx

Deformación Plana
σx = 2 · σydεx

Carga Uniaxial
dεy

dε

dεx
σx

σy

Figura 2.4.9: La regla de normalidad y sus vectores de deformación enfatizan
claramente la idea geométrica: la dirección del flujo plástico es normal a la
superficie de fluencia
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Entre los modelos más conocidos destacan los desarrollados por Barlat
[67] y colaboradores, así como otros propuestos por diversos investigadores,
todos con el objetivo común de capturar mejor la anisotropía real observada
en experimentos y proporcionar herramientas predictivas más exactas para
procesos industriales como el conformado de metales. Estos avances en la for-
mulación matemática siguen vigentes hoy en día, adaptándose continuamente
a nuevos materiales y procesos de manufactura.

2.4.3.3. Modelos de fluencia anisotrópica

Las funciones de fluencia isotrópicas son criterios matemáticos utilizados
para describir cuándo un material isotrópico comienza a deformarse plásti-
camente bajo un estado específico de tensiones. Estos criterios consideran
que el comportamiento plástico es igual en todas las direcciones del material.
Desde el criterio pionero de Tresca, propuesto en 1864 y basado en la tensión
crítica cortante, pasando por la función ampliamente utilizada de von Mises
de 1913, que se fundamenta en el concepto de energía de distorsión, hasta
modelos más recientes como los propuestos por Hershey [68] y Hosford [69],
estas funciones han evolucionado para capturar con mayor precisión el com-
portamiento plástico de distintos materiales. Adicionalmente, modelos como
el de Barlat (Yld86), desarrollado en 1986 [67], han incluido componentes
de tensión cortante para mejorar aún más la predicción del comportamiento
plástico, demostrando una excelente correlación con resultados experimenta-
les en metales FCC isotrópicos.

Sin embargo, muchos materiales, especialmente aquellos sometidos a pro-
cesos de conformado plástico como la laminación, presentan un comporta-
miento anisotrópico debido a su estructura cristalina y al historial previo de
deformación. Esto implica que su resistencia al inicio de la deformación plás-
tica varía según la dirección considerada, mostrando propiedades mecánicas
diferentes en función de la orientación del material. Por ello, las funciones de
fluencia isotrópicas previamente descritas resultan insuficientes para repre-
sentar con precisión el comportamiento real de estos materiales laminados. De
este modo, surge la necesidad de emplear modelos de fluencia anisotrópicas,
los cuales incorporan explícitamente la dependencia direccional de la fluencia
y proporcionan una descripción más precisa y ajustada a las observaciones
experimentales.

En 1948, Hill [66] introdujo un criterio de fluencia anisotrópica. Asumien-
do que el material posee anisotropía en tres planos ortogonales de simetría,
el criterio de fluencia se expresa mediante una función cuadrática:

2fσij =F (σ22 − σ33)
2 +G(σ33 − σ11)

2+

H(σ11 − σ22)
2 + 2Lσ2

23 + 2Mσ2
31 + 2Nσ2

12 (2.37)
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Donde f es la función de fluencia y F, G, H, L, M, N son constantes que
describen el estado anisotrópico del material. Los ejes principales de aniso-
tropía se denominan x, y, z. Para el caso particular de chapas metálicas, la
dirección 1 es paralela a la dirección de laminado, la dirección 2 es transversal
y la dirección 3 corresponde al espesor.

Las tensiones de fluencia uniaxiales en las direcciones principales de an-
isotropía, denominadas X, Y y Z, se pueden expresar como:

1

X2
= G+H;

1

Y 2
= F +H;

1

Z2
= G+ F (2.38)

A partir de la ecuación 2.38, los coeficientes F, G y H pueden expresarse
como funciones de las tensiones de fluencia uniaxiales:

2F =
1

Y 2
+

1

Z2
− 1

X2
(2.39)

2G =
1

X2
+

1

Z2
− 1

Y 2
(2.40)

2H =
1

Y 2
+

1

X2
− 1

Z2
(2.41)

R, S y T representan las tensiones de fluencia al cortante en estas mismas
direcciones:

2L =
1

R2
(2.42)

2M =
1

S2
(2.43)

2N =
1

T 2
(2.44)

Por consiguiente, la descripción de la anisotropía se basa en seis tensiones
de fluencia independientes (X, Y, Z, R, S, T) además de la orientación de los
ejes principales de anisotropía.

En condición de tensión plana (σ33 = σ13 = σ23 = 0) y (σ11 6= σ22 6=
σ12 6= 0), el criterio queda:

(G+H)σ2
11 − 2Hσ11σ22 + (H + F )σ2

22 + 2Nσ2
12 = 1 (2.45)

Expresando la ecuación anterior en función de las tensiones X, Y, Z y T:

σ2
11

X2
−
(

1

Y 2
+

1

X2
− 1

Z2

)
σ11σ22 +

σ2
22

Y 2
+

σ2
12

T 2
= 1 (2.46)

Cuando el tensor de tensiones está alineado con los ejes principales (σ11 =
σ1, σ22 = σ2):
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σ2
1

X2
−
(

1

Y 2
+

1

X2
− 1

Z2

)
σ1σ2 +

σ2
2

Y 2
= 1 (2.47)

Para establecer la relación entre las tensiones y las deformaciones plásti-
cas incrementales, se asume habitualmente la hipótesis de la Regla de Flujo
Asociada (RFA). Bajo esta hipótesis, la dirección del vector de deformaciones
plásticas está dada por la normal a la superficie de fluencia definida por la
función f(σij) = 0. De este modo, la ley de flujo plástico puede expresarse
como:

dεpij = dλ,
∂f

∂σij
(2.48)

donde dλ es un multiplicador plástico escalar. Esta hipótesis permite acoplar
de manera directa los criterios de fluencia (como el de Hill) con la evolución
de las deformaciones plásticas.

Los coeficientes de anisotropía se designan como r0, r45, r90 y las tensiones
en los ejes principales de anisotropía en tensión plana son X = σ0, Y = σ90.
Las relaciones entre estos coeficientes y las constantes F, G, H son:

r0 =
H

G
; r90 =

H

F
; r45 =

N

F +G
− 1

2
(2.49)

La relación entre las tensiones y coeficientes de anisotropía es:

σ0
σ90

=

√
r0(1 + r90)

r90(1 + r0)
(2.50)

Para materiales con anisotropía normal (r0 = r90 = r), se cumple σ0 =
σ90 = σu y la ecuación de fluencia se reduce a:

σ2
1 −

2r

1 + r
σ1σ2 + σ2

2 = σ2
u (2.51)

Donde σu es la tensión de fluencia uniaxial. Finalmente, en tensión equibiaxial
(σ1 = σ2 = σb), la ecuación resulta:

σb = σu

√
1 + r

2
(2.52)

Al caracterizar la anisotropía de los metales, el criterio de fluencia de Hill
de 1948 tiene la ventaja de que los parámetros incluidos en las funciones de
fluencia tienen un significado físico directo. Este hecho explica su amplio uso
en la práctica junto al hecho de que el criterio requiere un pequeño número de
parámetros mecánicos para construir la función de fluencia. Bajo condiciones
de tensión plana, cuatro parámetros son suficientes: r0, r45, r90 y σ0 o σ90.
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Además de las ventajas mencionadas, el criterio tiene alguna debilidad
básica como la imposibilidad de modelizar los metales que tienen una super-
ficie experimental de fluencia fuera de la superficie predicha por el criterio de
fluencia de von Mises (σb > σu).

En 1979, Hill [70] desarrolló un criterio de fluencia alternativo con el obje-
tivo de superar las limitaciones inherentes al criterio previamente establecido,
demostrando que únicamente mediante funciones no cuadráticas es posible
evitar dichas restricciones.

Cuando los ejes de anisotropía y las direcciones de las tensiones principales
coinciden,

f(σ2 − σ3)
m + g(σ3 − σ1)

m + h(σ1 − σ2)
m +

a(2σ1 − σ2 − σ3)
m + b(2σ2 − σ1 − σ3)

m +

c(σ3 − σ1 − σ2)
m = σm

e

(2.53)

donde f , g, h, a, b y c son coeficientes de anisotropía del material y
el exponente m puede obtenerse de la ecuación no lineal 2.53 para tensión
equibiaxial σ1 = σ2 = σb;σ3 = 0(

σb
σm

)m

=
1

2
· (1 + r) ·

(
1 +

(2m−1 − 2) · (a− c)

a+ c · 2m−1 + f

)
(2.54)

donde σm representa la tensión de referencia empleada para la norma-
lización de las tensiones. El criterio de fluencia propuesto por Hill (1979)
presenta restricciones significativas, ya que su aplicabilidad se limita exclusi-
vamente a condiciones en las cuales las direcciones de las tensiones principales
coinciden con los ejes de ortotropía del material. Esta limitación condiciona
considerablemente su uso en escenarios prácticos. Posteriormente, Hill (1990)
extendió la formulación original, generalizando el criterio a un sistema arbi-
trario de coordenadas, lo cual permitió superar dichas limitaciones y ampliar
significativamente la universalidad del criterio [71]. Dando lugar al siguiente
criterio:

ϕ = (σ11 − σ22)
m +

(
σm
b

τm

)
· ((σ11 − σ22)

2 + 4σ2
12)

m
2 +

(σ2
11 + σ2

22 + 2σ2
12)

m
2
−1 · (−2a(σ2

11 − σ2
22) +

b(σ11 − σ22)
2) = 2 · σm

b

(2.55)

Donde σb es, en toda la formulación, la tensión de fluencia equibiaxial
(definida por el estado σ11 = σ22 = σb y σ12 = 0), τ es la tensión de fluencia
en cortante puro cuando σ1 = −σ2, y a y b son parámetros del material.
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(
2 · σb
σ45

)m

= 2 · (1 + r45) (2.56)

donde el valor del exponente m es

m =
ln(2 · (1 + r45))

ln(2σb
σ45

)
(2.57)

Y las constantes a y b provienen de

a =
1

4
·
[(

2σb
σ90

)m

−
(
2σb
σ0

)m]
(2.58)

b =
1

2
·
[(

2σb
σ0

)m

−
(
2σb
σ90

)m]
−
(
2σb
σ45

)m

(2.59)

Además de la familia de criterios de fluencia de Hill, basados en la formu-
lación de plasticidad cristalina, otro conjunto de modelos fue propuesto por
Hershey [68]. Basándose en las leyes de Norton [72] y Bailey [73], que des-
criben el comportamiento de fluencia no lineal y endurecimiento dependiente
del tiempo, Hershey introdujo una formulación no cuadrática del criterio de
fluencia mostrada en la ecuación 2.60.

(σ1 − σ2)
a + (σ2 − σ3)

a + (σ3 − σ1)
a = 2 · Y a (2.60)

Donde Y es la tensión de fluencia a tracción uniaxial y a es el exponente
que depende de la estructura cristalográfica del material.

En 1972, Hosford retomó el modelo de Hershey e incluyó este en el desa-
rrollo de un criterio de fluencia anisotrópica [69], representado por la ecuación
2.61.

F (σ2 − σ3)
a +G(σ3 − σ1)

a +H(σ1 − σ2)
a = Y a (2.61)

donde F , G y H son constantes determinadas experimentalmente.
Este criterio de fluencia puede considerarse como un caso particular del

criterio de Hill de 1979 [70] cuando A = B = C = 0 y F = G, como se
muestra en la ecuación 2.62.

F (σ2 − σ3)
m +G(σ3 − σ1)

m +H(σ1 − σ2)
m

+A(2σ1 − σ2 − σ3)
m +B(2σ2 − σ3 − σ1)

m+

C(2σ3 − σ1 − σ2)
m = Y m (2.62)

La principal diferencia entre ambas formulaciones radica en el método de
cálculo del exponente: a en Hosford y m en Hill. Hosford determina el valor de
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a según la estructura cristalográfica del material, concluyendo que la mejor
aproximación corresponde a a = 6 para estructuras cúbicas centradas en el
cuerpo (BCC) y a = 8 para estructuras cúbicas centradas en las caras (FCC),
como se indica en [74].

La ventaja de este criterio es que, ajustando el valor del exponente a,
se logra una buena correlación con las curvas experimentales de fluencia.
Sin embargo, presenta la limitación significativa de no considerar esfuerzos
cortantes en su cálculo, lo cual impide obtener adecuadamente la variación
del coeficiente de anisotropía planar (r) con la dirección.

En 1987, Barlat y Richmond [75] presentaron una generalización del cri-
terio de Hosford para materiales isotrópicos, mostrada en la ecuación 2.63,
definida en un sistema de coordenadas x, y, z no coincidentes con las direc-
ciones principales y adaptada para anisotropía normal.

∣∣∣∣aσx + hσy
1 + h

+ c
σx + bσy
1 + b

∣∣∣∣M
+

∣∣∣∣aσx + hσy
1 + h

− c
σx + bσy
1 + b

∣∣∣∣M
+

∣∣∣∣2cσx + bσy
1 + b

∣∣∣∣M = 2σM
e

(2.63)

Donde σx y σy corresponden a las tensiones principales en el plano, σe, que
representa la tensión equivalente , a, b, c, y h son parámetros anisotrópicos
determinados experimentalmente a partir de los valores del coeficiente de
anisotropía plástica (r) y finalmente, M es el exponente entero empleado por
Hosford.

De forma análoga a los criterios previamente presentados, la aplicación
de la Regla de Flujo Asociada (RFA) permite derivar la dirección de las
deformaciones plásticas a partir de la superficie de fluencia de Barlat. Así, el
incremento de deformación plástica viene dado por:

dεpij = dλ,
∂fBarlat

∂σij
(2.64)

donde fBarlat representa la función de fluencia definida en la ecuación (2.63).
Esta formulación resulta fundamental para la implementación computacional
del modelo, ya que establece el acoplamiento entre la anisotropía descrita
por Barlat y la evolución de las deformaciones plásticas en los procesos de
conformado.

La principal limitación de este criterio radica en su baja capacidad pre-
dictiva para la tensión de fluencia bajo condiciones biaxiales equilibradas en
materiales altamente anisotrópicos [55].
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Algunas de estas desventajas fueron solventadas en posteriores evolucio-
nes del modelo desarrolladas por los autores. Una de estas versiones mejo-
radas, denominada YLD2000, tiene especial relevancia y será desarrollada
en el siguiente epígrafe dada su relevancia para el trabajo de investigación
desarrollado en esta tesis doctoral.

2.4.3.4. YLD2000: Modelo de fluencia anisotrópica

El modelo de fluencia anisotrópica Barlat YLD2000 fue propuesto por
Barlat et al. [76] como una generalización avanzada de sus modelos anterio-
res. La denominación «YLD2000» proviene del término inglés «Yield function
2000», haciendo referencia directa al año inicial de desarrollo del modelo, que
posteriormente fue refinado y publicado en su forma definitiva. Esta formu-
lación se caracteriza por una estructura matemática más flexible y rica en
parámetros, permitiendo describir detalladamente fenómenos de anisotropía
plástica que modelos previos no lograban representar adecuadamente, espe-
cialmente bajo condiciones multiaxiales.

El criterio de fluencia YLD2000-2d (versión bidimensional del modelo
anisotrópico de fluencia) se define mediante una función de tensión anisotró-
pica no cuadrática. En el estado de tensión plana (relevante para láminas),
la condición de fluencia puede expresarse, de forma simplificada, a través de
los valores principales de los tensores transformados X ′ y X ′′. En términos
generales, la función de fluencia tiene la forma:

(
|X ′

1|M + |X ′
2|M

) 1
M +

(
|X ′′

1 |M + |X ′′
2 |M

) 1
M = 2σ0 (2.65)

Donde X ′
1, X ′

2 y X ′′
1 , X ′′

2 son los valores propios (tensiones principales)
de X ′ y X ′′ respectivamente, σ0 es la tensión de fluencia uniaxial en la direc-
ción de laminación, y M es un exponente material asociado a la estructura
cristalina, comentado anteriormente.

A la hora de implementarlo, la mitad de esa suma (es decir, cada término
entre paréntesis elevado a 1

M ) representa contribuciones de dos transforma-
ciones lineales distintas del tensor de tensiones de Cauchy, que juntas definen
la superficie de fluencia anisotrópica [76, 77].

Cada transformación (L′ : σ y L′′ : σ) depende de un conjunto de pará-
metros de anisotropía y produce tensores X ′ y X ′′ cuyos valores principales
capturan la respuesta diferenciada del material según la dirección de carga.

En resumen, la condición de fluencia YLD2000-2d se cumple cuando una
cierta norma no euclidiana (basada en la suma de potencias M -ésimas de
tensiones transformadas) alcanza el valor correspondiente a σ0:

Φ =
(
|X ′

1|M + |X ′
2|M

) 1
M +

(
|X ′′

1 |M + |X ′′
2 |M

) 1
M − 2σ0 = 0 (2.66)
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Esta construcción garantiza que la superficie de fluencia predicha sea
convexa y físicamente consistente; de hecho, a diferencia de algunos modelos
anteriores, la convexidad matemática de YLD2000-2d ha sido demostrada for-
malmente, lo que es importante para la estabilidad numérica en simulaciones
de elementos finitos [77].

El exponente M es un parámetro clave en la formulación. Se trata de un
exponente no entero que define la curvatura de la superficie de fluencia. Los
valores típicos son M = 8 para materiales de estructura cúbica centrada en
las caras (FCC, como aluminios recocidos o aceros inoxidables austeníticos)
y M = 6 para materiales de estructura cúbica centrada en el cuerpo (BCC,
como aceros bajos en carbono ferríticos) [69].

Un exponente mayor produce esquinas más redondeadas en la superficie
de fluencia, asemejándose al comportamiento de metales FCC, mientras que
exponentes menores generan superficies más angulosas típicas de metales
BCC, como se muestra en la Figura 2.4.10. Este concepto proviene del criterio
isotrópico de Hosford, que generaliza von Mises reemplazando la suma de
cuadrados por sumas de potencias M , como se muestra en la ecuación 2.66,
con el fin de capturar mejor las diferencias cristalográficas en la plasticidad
de los materiales metálicos [69].

Barlat YLD2000 extiende esa idea al caso anisotrópico, introduciendo
matrices de transformación L′ y L′′ que escalan y combinan los componentes
del tensor de tensiones σ (en coordenadas ligadas a la dirección de laminación,
transversa y espesor) para producir tensores desviadores anisotrópicos. En
términos prácticos, L′ y L′′ son matrices cuyos elementos se calibran para
ajustar las direcciones preferenciales del material.

Los valores principales X ′
1, X ′

2 (de X ′ = L′ : σ) y X ′′
1 , X ′′

2 (de X ′′ = L′′ :
σ) se introducen en la función de fluencia elevada a la potencia M . De este
modo, la anisotropía del material queda incorporada en la propia definición
del tensión equivalente.

Estos tensores modificados, X ′ y X ′′, son transformaciones lineales del
tensor desviador de tensiones S. Para un estado de tensión plana (σxx, σyy, σxy,
con σzz = σxz = σyz = 0), el tensor desviador S tiene componentes:

Sxx =
2σxx − σyy

3
(2.67)

Syy =
2σyy − σxx

3
(2.68)

Szz = −σxx + σyy
3

(2.69)

Sxy = σxy (2.70)
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Figura 2.4.10: Impacto del coeficiente M en la forma de la superficie de
fluencia definida por el criterio de Barlat

Las transformaciones lineales son:

X ′ = L′ · S (2.71)
X ′′ = L′′ · S (2.72)

donde L′ y L′′ son tensores de cuarto orden que contienen los coeficientes
de anisotropía α1, α2, . . . , α8 del modelo. Para tensiones planas y asumiendo
ortotropía principal alineada con los ejes de laminación, los componentes de
los tensores de transformación (expresados en forma matricial) son: s′x

s′y
s′xy

 =

L′
11 L′

12 0
L′
21 L′

22 0
0 0 L′

66

Sxx

Syy

Sxy


y análogamente para s′′ con L′′. Los componentes de L′ y L′′ se relacionan
con los coeficientes αk:

L′
11 = α1/3 L′

12 = −α2/3 L′
21 = −α3/3 L′

22 = α4/3 L′
66 = α5

L′′
11 = (2α6 + α7)/9 L′′

12 = (−α6 − 2α7)/9

L′′
21 = (−2α6 − α7)/9 L′′

22 = (α6 + 2α7)/9 L′′
66 = α8

El modelo YLD2000 utiliza la regla de flujo plástico asociada con la con-
dición de normalidad, donde la deformación plástica incremental es perpen-
dicular a la superficie de fluencia. Por tanto, la velocidad de deformación
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plástica ε̇p se obtiene como la derivada de la función de fluencia respecto al
tensor de tensiones:

ε̇p = λ
∂Φ

∂σ
(2.73)

2.4.3.5. YLD2000: Aplicaciones y Limitaciones

En la práctica, YLD2000 se ha implementado exitosamente en simula-
ciones de embutición profunda y estampado de chapas, donde la anisotropía
influye fuertemente en fenómenos de formacion de orejas y la distribución no
uniforme del espesor tras el conformado.

Por ejemplo, para el embutido de copas cilíndricas en aleaciones de alu-
minio laminadas (Al 2024-T3, 5754-O, entre otras), se ha comprobado que
las simulaciones con YLD2000-2D logran predecir de forma cualitativa ade-
cuada el perfil de orejas en el borde de la copa, así como la distribución de
espesores y fuerzas de embutición, en buen acuerdo con los resultados expe-
rimentales. En dichos estudios, el modelo YLD2000 reprodujo correctamente
la orientación de los picos y valles del orejado e incluso proporcionó estima-
ciones razonables de la altura de las orejas, superando a modelos clásicos en
exactitud [78].

Asimismo, este criterio ha sido empleado en procesos de estampado en frío
de aceros avanzados, permitiendo simular con precisión mejoras de formabili-
dad y fenómenos de springback (retorno elástico) en paneles automotrices de
alta resistencia. Por ejemplo, Myoung-Gyu et al. [79] utilizaron YLD2000-2D
para evaluar el springback, encontrando que este modelo anisotrópico combi-
nado con leyes de endurecimiento cinemático-isotrópico predecía de manera
más confiable el ángulo de retorno elástico que los modelos isotrópicos tradi-
cionales. De forma análoga, Seoknyeon et al. [80] reportaron que la predicción
de la conformabilidad (por ejemplo, la aparición de estricciones o rotura) en
aceros avanzados mejoraba al emplear YLD2000-2D en lugar del criterio de
Hill cuadrático, debido a la mejor representación de la evolución de la super-
ficie de fluencia bajo cargas biaxiales.

Cabe destacar que YLD2000-2D asume estado de tensión plana, coheren-
te con la hipótesis de que el esfuerzo en el espesor de la chapa es despreciable
en la mayoría de procesos de lámina. Esta suposición resulta válida y venta-
josa en numerosos casos (reduce el costo computacional frente a modelos 3D
completos), por lo que YLD2000 se adapta bien a procesos como la embu-
tición profunda convencional y otras operaciones de conformado de lámina
donde las cargas fuera del plano son mínimas.

Incluso en procesos más novedosos como el conformado incremental de
chapa (Single Point/Two Point Incremental Forming), el criterio de Barlat
ha sido utilizado para incorporar la anisotropía del material en las simu-
laciones. Por ejemplo, Neto et al. realizaron simulaciones de SPIF (Single
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Point Incremental Forming) en aleación AA7075-O utilizando el criterio de
fluencia Barlat como modelo del material, a fin de analizar la distribución de
deformaciones principales y el adelgazamiento de la pared durante la defor-
mación [81]. Los resultados numéricos permitieron correlacionar las tensiones
de plano medio con la reducción de espesor observada, evidenciando que el
modelo anisotrópico capturaba adecuadamente el modo de deformación do-
minante en este proceso de embutición incremental.

Del mismo modo, otros autores han investigado el efecto de la anisotropía
inicial de la chapa en la precisión geométrica y la distribución de espesores en
conformado incremental, confirmando que incluir un criterio como YLD2000
puede ser importante para predecir con realismo la heterogeneidad de defor-
maciones en piezas obtenidas por este método.

Finalmente, es importante mencionar que el modelo YLD2000-2D se en-
cuentra incorporado en códigos comerciales de simulación de procesos de
conformado. Algunos software especializados incorporan directamente este
criterio en sus bibliotecas de materiales, mientras que en paquetes genera-
les de elementos finitos suele implementarse mediante subrutinas de usuario
(UMATs) desarrolladas ad hoc. Esta disponibilidad ha facilitado su adopción
por la comunidad investigadora e industrial, consolidando a YLD2000 como
herramienta estándar para modelizar anisotropía planar en el análisis avan-
zado en la última década.

A pesar de sus fortalezas, el criterio YLD2000 presenta ciertas limita-
ciones importantes, documentadas en la literatura especializada. En primer
lugar, al ser un modelo de fluencia esencialmente empírico calibrado a un
conjunto fijo de datos, no captura cambios evolutivos de la anisotropía con
la deformación. En materiales cuya microestructura y textura cristalográfica
evolucionan significativamente durante el conformado (por ejemplo, aceros
con efecto Bauschinger pronunciado o aleaciones que desarrollan texturas
rotacionales bajo deformación plástica), la suposición de una superficie de
fluencia fija puede conducir a discrepancias.

Investigaciones recientes han explorado extensiones de YLD2000 con an-
isotropía evolutiva o criterios distorsionales para abordar este punto [82],
pero en su forma estándar YLD2000 asume anisotropía constante determina-
da solo por la condición inicial del material. Consecuentemente, fenómenos
dependientes de la historia de carga, como la evolución del coeficiente r con
la deformación plástica o la aparición de asimetrías tensión-compresión (re-
levante en metales hexagonales como el Mg), quedan fuera del alcance de
YLD2000. En estos casos, se han desarrollado otros modelos anisotrópicos
especializados como "YLD2000-2D no asociado"para capturar asimetría [83],
modelos de Cazacu-Barlat para tensión-compresión, etc., indicando que la
formulación original de Barlat 2000 es simétrica y no apta para materiales
con diferente respuesta en tracción vs. compresión.

Un aspecto operativo no menor es la sensibilidad a la calibración de pa-
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rámetros. Dado que YLD2000 posee 8 coeficientes a identificar, la precisión
de sus predicciones depende fuertemente de la calidad y cantidad de datos
experimentales disponibles. En general, se requieren resultados confiables de
ensayos uniaxiales en varias direcciones y al menos un ensayo biaxial (co-
mo el hidráulico o tracción biaxial con probeta cruciforme) para ajustar el
modelo. Errores o dispersión en estos datos de entrada pueden traducirse en
incertidumbres en los parámetros óptimos y, por ende, en menor calidad de
las simulaciones.

En resumen, la fiabilidad de YLD2000 en una simulación real está condi-
cionada a una caracterización rigurosa; cuando ésta se garantiza, el modelo
responde bien, pero si los parámetros se basan en datos incompletos o poco
precisos, las predicciones podrían desviarse sensiblemente.

Finalmente, se ha documentado una cuestión de carácter numérico: el
comportamiento de la superficie de fluencia YLD2000 en las esquinas (regio-
nes de transición entre modos de carga, como entre tracción uniaxial y bia-
xial). Debido a la forma no cuadrática y la elección típica del exponente m, la
superficie YLD2000 puede presentar curvaturas marcadamente pronunciadas
en la zona de tensión biaxial equilibrada. Esto puede acarrear dificultades en
los algoritmos de integración implícitos usados en códigos FE, reflejándose
en problemas de convergencia cuando la simulación alcanza estados cercanos
a la esquina de biaxialidad.

En conclusión, el modelo Barlat YLD2000-2D, si bien representa un avan-
ce significativo en la modelización de la anisotropía en procesos de conforma-
do metálico, no está exento de desafíos. Sus limitaciones emergen principal-
mente en escenarios extremos de anisotropía (texturas muy complejas, com-
portamientos diferenciales tracción/compresión, anisotropía evolutiva con la
deformación) o en consideraciones operativas (necesidad de amplia caracte-
rización experimental, posibles ajustes numéricos para convergencia). Estas
consideraciones deben tenerse presentes al aplicarlo; en muchos casos, estrate-
gias complementarias como extensiones a 3D, modelos no asociados, o empleo
de criterios alternativos para materiales peculiares pueden ser necesarias para
suplir aquello que YLD2000 no captura.

2.4.4. Degradación del módulo elástico

En los apartados anteriores, se ha expuesto el estado del arte en referencia
a tres de los cuatro aspectos que condicionan el comportamiento mecánico
de los elementos metálicos fabricados mediante conformado: las propiedades
elásticas fundamentales, el endurecimiento plástico y el criterio de fluencia.
En este último apartado se tratará el último de estos aspectos: la degradación
del módulo elástico.

El módulo de elasticidad de los aceros no es verdaderamente constante. Se
degrada con la deformación plástica, lo cual puede afectar significativamente
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al proceso de springback en piezas conformadas.
La recuperación de forma elástica tras la retirada de las cargas que han

producido una deformación es inversamente proporcional al módulo elástico.
Por tanto, si durante el proceso de conformado el módulo elástico efectivo
disminuye, el springback será mayor que el predicho por análisis que suponen
un módulo constante.

Varios estudios han demostrado que un aumento en la deformación previa
puede reducir el módulo aparente entre un 10 y un 30 %, lo que conlleva erro-
res significativos en la predicción del springback si este efecto no se considera.
Por ejemplo, en un acero de fase dual (DP780), una deformación plástica de
aproximadamente un 11 % provocó una disminución del 28 % en el módulo
elástico durante la descarga. Esta degradación tiene implicaciones importan-
tes en la precisión de las simulaciones de conformado y predicción del retorno
elástico. Ignorar este fenómeno puede acarrear errores de predicción en el or-
den del 10–20 %, mientras que su inclusión mejora notablemente la precisión
de los análisis [84].

2.4.4.1. Mecanismos de Degradación del Módulo elástico

Diversos factores metalúrgicos provocan la reducción del módulo elástico
aparente durante la deformación plástica. Uno de los mecanismos principales
es la microplasticidad debida a la actividad de dislocaciones. Durante la de-
formación plástica, las dislocaciones se mueven y se acumulan. Al eliminar la
carga, parte de la deformación elástica almacenada se libera mediante un mo-
vimiento reversible leve de estas dislocaciones (una recuperación anelástica),
reduciendo así la rigidez observada.

Parte de la deformación que fue elástica durante la carga no se recupera
completamente durante la descarga debido a la relajación dislocacional, lo
que genera una pendiente menor en la curva tensión-deformación durante la
descarga en comparación con el módulo de elasticidad inicial. Esta anelas-
ticidad inducida por dislocaciones es el mecanismo principal de degradación
del módulo elástico en metales a temperatura ambiente[85].

En aceros austeníticos, la microestructura y la composición de fases in-
fluyen fuertemente en el grado de degradación del módulo. Por ejemplo, en
aceros avanzados de alta resistencia (AHSS) que contienen austenita, la frac-
ción de austenita retenida frente a martensita condiciona la caída del módulo.
Los aceros con mayor contenido de martensita (o fases más duras) tienden a
presentar mayor pérdida del módulo, ya que la deformación plástica induce
más microdeformación interna y daño en las interfaces de fases duras. Por el
contrario, una fracción mayor de ferrita o fases más blandas puede facilitar
el movimiento de dislocaciones y reducir la magnitud de la degradación del
módulo de elasticidad [86].

La orientación cristalográfica también influye. La degradación del módulo
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elástico puede depender de la dirección de carga respecto a la dirección de
laminado, observándose en algunos estudios la mayor caída en la dirección
transversal (90◦). Asimismo, las transformaciones de fase inducidas por de-
formación pueden desempeñar un papel en aceros austeníticos metaestables.
En aceros con efecto TRIP (Transformation Induced Plasticity), la deforma-
ción plástica puede transformar parte de la austenita en martensita; dado que
ambas fases poseen diferentes constantes elásticas, la evolución de la fracción
de fases modifica el módulo efectivo.

Todos estos factores: anelasticidad por dislocaciones, transformaciones de
fase y evolución microestructural contribuyen a la degradación observada del
módulo elástico con la deformación previa. Por ello, si se pretende realizar
un análisis numérico de precisión, se debe caracterizar experimentalmente el
comportamiento del módulo para el material estudiado y considerarlo en los
modelos predictivos de retorno elástico, especialmente si se trata de aceros
austeníticos avanzados.

2.4.4.2. Modelos de evolución del módulo elástico

Para mejorar la predicción del retorno elástico, los modelos de material
modernos utilizados en simulaciones de conformado incluyen formulaciones
que permiten capturar la degradación del módulo elastico. A continuación se
describen algunas de las metodologías más ampliamente adoptadas.

En primer lugar se encuentran los modelos fenomenológicos del “Módulo
de Cuerda”, definida como la pendiente de la línea recta que une dos puntos
de la curva tensión-deformación durante la fase de descarga en un ensayo de
tracción. Representa el módulo elástico aparente del material en un estado
de deformación plástica dado, y se utiliza comúnmente para caracterizar la
degradación del módulo elastico tras la deformación. Su valor depende del
nivel de predeformación y refleja los efectos anelásticos y microestructurales
inducidos durante el conformado.

Estos modelos definen empíricamente el módulo elástico como una función
de la deformación plástica. En lugar de un valor constante de E, se emplea
un módulo de cuerda dependiente de la deformación plástica. El comporta-
miento del módulo de Young, E, frente a la predeformación se caracteriza de
la siguiente manera: en el régimen inicial, con una predeformación plástica
εp = 0, la curva tensión-deformación es lineal, presentando una pendiente
igual al módulo sin predeformación, E0. Tras la fluencia y durante los ciclos
de descarga y recarga, la pendiente observada es menor, lo que indica un
módulo efectivo Eav(εp) inferior al módulo E0. Esta reducción del módulo
depende de la deformación plástica acumulada εp: a medida que εp aumenta,
el módulo disminuye rápidamente en las etapas iniciales, debido a la intensa
generación de dislocaciones, y posteriormente se aproxima a un valor asintó-
tico Ea cuando el material alcanza un estado saturado de defectos. En cuanto
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a la magnitud de esta reducción, para valores pequeños de εp (unos pocos
puntos porcentuales), la caída en E es moderada, típicamente del orden del
5–10 %, mientras que para deformaciones plásticas elevadas (εp del 10–20 %)
la reducción puede alcanzar entre el 15–30 %.

Yoshida et al. [11] propusieron un modelo exponencial que expresa el
módulo promedio Eav tras predeformación εp:

Eav(εp) = E0 − (E0 − Ea)[1− exp(−ξεp)] (2.74)

Donde E0 es el módulo de elastico inicial, medido antes de cualquier
fluencia, Ea: módulo saturado, valor asintótico cuando εp → ∞, ξ constante
adimensional que regula la velocidad de degradación.

Mientras que los modelos de módulo de cuerda asumen una descarga elás-
tica lineal con una pendiente reducida, formulaciones más avanzadas captu-
ran la forma no lineal de la curva tensión-deformación durante las fases de
descarga y recarga. Estos modelos atribuyen la degradación del módulo al
comportamiento anelástico y simulan explícitamente el retorno gradual de la
deformación.

Yoshida y Amaishi (2020) [87] propusieron un modelo en el que el módulo
elástico en cualquier punto de la descarga se determina en función de la
tensión actual (es decir, del grado de avance de la descarga), en lugar de
basarse únicamente en la deformación plástica acumulada. Su modelo no
requiere constantes adicionales más allá de las utilizadas en la curva del
módulo de cuerda, y aún así es capaz de generar un lazo de descarga-recarga
suave y no lineal.

El material se modela con un módulo elástico transitorio que varía con-
tinuamente a medida que disminuye la tensión, capturando el pandeo redon-
deado que suele observarse en las curvas de descarga/recarga. Implementaron
dos versiones: un modelo de microplasticidad (que introduce una pequeña de-
formación plástica interna durante la descarga) y un modelo de elasticidad no
lineal (que trata el material como puramente elástico, pero con una relación
tensión-deformación no lineal). Ambos modelos ofrecieron resultados simila-
res y mostraron una mayor robustez frente al ruido numérico en simulaciones
por elementos finitos. Este tipo de modelos puede replicar con precisión los
bucles de histéresis observados en ensayos cíclicos.

Otro enfoque relacionado consiste en utilizar leyes de endurecimiento ci-
nemático con un rango elástico degradado: por ejemplo, algunos modelos de
retorno elástico incorporan una pequeña tensión ficticia durante la descarga
para simular la disminución gradual de la rigidez durante la recarga. Aunque
son mucho más complejos, los modelos de descarga anelástica pueden mejo-
rar aún más la precisión en situaciones donde la carga/descarga es no lineal
o cuando las piezas están sometidas a múltiples inversiones de carga.

En el marco de la mecánica del daño, la deformación plástica puede aco-
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plarse a una variable de daño que reduce la rigidez del material. Algunos
investigadores tratan la degradación del módulo de elasticidad de manera
análoga a la acumulación de daño en el material. Por ejemplo, Vrh et al.
[88] implementaron un modelo de daño tipo Gurson-Tvergaard-Needleman
(GTN), tradicionalmente utilizado para modelizar el crecimiento de cavida-
des, con el fin de capturar la pérdida de rigidez en acero inoxidable austenítico
1.4301 durante procesos de conformado. Calibraron la evolución del daño de
manera que el módulo efectivo de elasticidad en función de la deformación
plástica, obtenido en simulación, coincidiera con las mediciones experimen-
tales para dicho acero.

Utilizando este modelo acoplado con daño, su simulación de un ensayo
de embutición con flexión mostró una mejora significativa en la predicción
del retorno elástico. Los autores concluyeron que la degradación de la rigidez
debía incorporarse en los modelos, ya que su influencia sobre la forma final
era demasiado significativa como para ser ignorada.

De forma similar, estudios recientes sobre aceros de ultra alta resistencia
han combinado una ley de módulo de cuerda degradado con un modelo de
daño modificado, logrando una mejor correlación con el retorno elástico en
aceros [89].

Otra categoría corresponde a los modelos basados en microestructura: es-
tos rastrean explícitamente los cambios de fase o características microestruc-
turales que afectan el módulo elástico. En aceros austeníticos metaestables,
es posible modelizar el material como una mezcla de fases y actualizar las
constantes elásticas compuestas conforme evoluciona la fracción de fase. Una
simulación informada por la microestructura puede, por ejemplo, utilizar re-
glas de mezcla o esquemas autoconsistentes para calcular el módulo elastico
actual a partir de la fracción volumétrica de austenita y martensita en cada
punto del material.

Si se rastrea la densidad de dislocaciones como una variable interna de
estado, su efecto sobre el módulo también puede ser incorporado (ya que
una mayor densidad de dislocaciones suele correlacionarse con una mayor
reducción del módulo) [90].

Incluso se han propuesto modelos de daño ortotrópico para representar
la degradación direccional de la rigidez en chapas laminadas (es decir, uti-
lizando distintos parámetros de daño en diferentes direcciones para reflejar
una caída anisotrópica del módulo), un enfoque recientemente aplicado al
acero inoxidable austenítico AISI 316, combinando daño plástico anisotrópi-
co con formación de martensita inducida por deformación para predecir el
springback [91].

Estos modelos basados en fundamentos físicos pueden llegar a ser muy
complejos al vincular la evolución microestructural (tanto transformaciones
de fase como nucleación de vacíos) con la respuesta elástica a escala ma-
croscópica, y son por lo tanto computacionalmente costosos y, por ello, de

64



2.4 Modelos constitutivos del material

aplicación limitada en entornos industriales donde se priorizan modelos más
eficientes.

2.4.5. Modelos constitutivos de material estudiados en este
trabajo

A lo largo de la presente sección 2.4, se han descrito las características
básicas del comportamiento mecánico que los modelos constitutivos de mate-
rial deben ser capaces de reproducir para poder representar el fenómeno del
springback correctamente:

0. Propiedades elásticas fundamentales.

I. Criterio de fluencia.

II. Endurecimiento plástico.

III. Degradación del módulo elástico.

En esta Tesis se trabaja con dos modelos de material que están imple-
mentados en el software Ls-Dyna, cuyas características básicas se resumen
en la Tabla 3.3.1.

Tabla 2.4.1: Características básicas de los modelos constitutivos empleados.

Característica Modelo 1 (MAT_133) Modelo 2 (MAT_242)

Propiedades elásticas RO, E, PR RO, E, PR
fundamentales
Criterio de fluencia YLD 2000 YLD 2000

Endurecimiento plástico Chaboche-Rousselier Yoshida-Uemori
(cinemático) (mixto)

Degradación del módulo elástico × Yoshida

2.4.5.1. Modelo 1: MAT_133

En una primera aproximación, Ls-Dyna implementó el criterio anisotrópi-
co de Hill48, descrito en la Sección 2.4.3.3, en el modelo MAT_037, ofreciendo
una solución básica capaz de considerar una anisotropía plástica ortotrópica
con una limitada capacidad predictiva para materiales de anisotropía com-
pleja.

Posteriormente, buscando mejorar la precisión en la simulación del com-
portamiento plástico anisotrópico, se integró el modelo de tres parámetros
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propuesto por Barlat en 1989 [75], MAT_036. Este modelo permitió repre-
sentar de forma más precisa la anisotropía en condiciones de tensión plana
mediante parámetros de Lankford.

Después, con el objetivo de obtener una descripción más robusta del com-
portamiento plástico anisotrópico, se introdujo el modelo avanzado propuesto
por Barlat y colaboradores en 1997 [92], denominado MAT_133. Este modelo,
basado en una función de fluencia anisotrópica no cuadrática, permitió incor-
porar de manera explícita hasta 6 coeficientes anisotrópicos independientes,
mejorando significativamente la predicción del comportamiento plástico en
materiales con anisotropía pronunciada.

Además, al modelo MAT_133 se le puede dotar de la integración del mo-
delo de endurecimiento de Chaboche-Rousselier, visto en la Sección 2.4.2.6,
resultando la siguiente arquitectura para este modelo de material:

El criterio de fluencia YLD2000 define la morfología anisótropa de la
superficie de fluencia inicial y su evolución bajo tensiones efectivas.

El componente de endurecimiento cinemático, implementado a través
del modelo de Chaboche, describe la traslación de dicha superficie de
fluencia en el espacio de tensiones. Esta traslación es cuantificada por
el tensor de retroceso α.

El componente de endurecimiento isotrópico, según el modelo de Rous-
selier, modela la expansión o contracción (escalado) de la superficie de
fluencia. Esta variación de tamaño es cuantificada por la variable de
estado escalar R.

La cinética de evolución de ambas variables de estado internas, α y R,
está fundamentalmente controlada por la tasa de deformación plástica
acumulada equivalente, ε̇p, la cual actúa como variable motriz.

Esta integración sinérgica de un criterio de fluencia anisótropo con leyes
de evolución no lineales para el endurecimiento isotrópico y cinemático dota
al modelo de la capacidad para reproducir fenómenos complejos observados
experimentalmente, como el efecto Bauschinger y el endurecimiento o ablan-
damiento cíclico, aspectos fundamentales para la caracterización precisa de
este material. Sin embargo, cabe destacar que el modelo no es capaz de repro-
ducir el estancamiento transitorio del endurecimiento que se observa durante
las inversiones de carga, una limitación relevante en aplicaciones donde dicho
comportamiento resulta significativo, como es el caso del springback. A esta
limitación se suma otra adicional, que consiste en no considerar la degrada-
ción del módulo elástico.

Por tanto, debe señalarse que esta formulación constituye una primera
aproximación al problema, sirviendo como una base sólida de referencia para
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posteriores comparaciones con modelos constitutivos más avanzados y preci-
sos.

2.4.5.2. Modelo 2: MAT_242

Ls-Dyna implementó el modelo de endurecimiento cinemático no lineal
propuesto por Yoshida y Uemori de forma incremental, evolucionando desde
su formulación más sencilla hacia integraciones más complejas y realistas del
comportamiento plástico anisotrópico en chapas metálicas.

Inicialmente, mediante el modelo MAT_037, se incorporó una formulación
básica destinada a simular procesos de conformado con anisotropía transver-
sal, incluyendo únicamente el efecto del degradado del módulo elástico según
la propuesta original de Yoshida y Uemori.

Posteriormente, esta implementación se vio significativamente mejorada
con el modelo MAT_125, que integra explícitamente la regla completa de endu-
recimiento cinemático no lineal de Yoshida y Uemori junto al modelo anterior
(MAT_037), ampliando la capacidad predictiva especialmente frente a cargas
cíclicas.

La evolución temporal del modelo continuó hacia una mayor precisión en
la descripción de comportamientos anisotrópicos complejos, surgiendo así el
modelo MAT_226, que combinó por primera vez la regla de Yoshida y Uemori
(proveniente de MAT_125) con el criterio anisotrópico de tres parámetros de
Barlat (MAT_036). Este modelo se especializó particularmente en condiciones
de tensión plana y empleó parámetros de Lankford para captar con alta fide-
lidad la anisotropía inherente a chapas metálicas sometidas a cargas cíclicas,
lo que marcó un avance significativo frente a simulaciones anteriores.

Finalmente, la implementación alcanzó un estado más refinado y generali-
zado con el desarrollo del modelo MAT_242, el cual fusionó la regla cinemática
no lineal propuesta por Yoshida y Uemori (MAT_125) con el modelo de plas-
ticidad anisotrópica avanzada MAT_133.

El modelo opera bajo condiciones de tensión plana (adecuadas para
elementos tipo shell) y considera tanto la anisotropía del material, como el
efecto Bauschinger y el estancamiento transitorio del endurecimiento durante
inversiones de carga.

Durante el calculo, Ls-Dyna realiza un procedimiento de retorno elasto-
plástico similar al utilizado en modelos de plasticidad isotrópica, pero reem-
plazando la función de fluencia de von Mises por la función anisotrópica de
Barlat. En cada paso de actualización del estado tensional, el esfuerzo de
prueba obtenido por comportamiento elástico se proyecta de nuevo sobre la
superficie de fluencia en caso de que se encuentre fuera de ella.

Este procedimiento requiere resolver el multiplicador plástico tal que el
estado tensional cumpla la ecuación de fluencia no lineal. Para ello, Ls-Dyna
emplea un esquema iterativo con el fin de imponer la condición de fluencia
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Yld2000-2D.
Los parámetros αi no evolucionan durante la plasticidad: son constantes

del material fijas que definen la forma de la superficie de fluencia inicial y su
evolución subsiguiente. No existe evolución anisotrópica en este modelo, más
allá de expansiones homogéneas debido al endurecimiento isotrópico.

Por tanto, bajo cargas monótonas, la superficie de fluencia definida por
los αi se expande conforme progresa el endurecimiento plástico, manteniendo
su forma y orientación relativa a los ejes del material. Esta expansión está
gobernada por la ley de endurecimiento de Yoshida.

Bajo carga cíclica, la forma de la superficie de fluencia permanece cons-
tante tanto en carga directa como en inversión de carga, aunque su centro y
tamaño evolucionan de acuerdo con los mecanismos de endurecimiento cine-
mático e isotrópico.

La parte correspondiente al endurecimiento en el modelo MAT_242 se basa
en la ley de endurecimiento mixto propuesta por Yoshida-Uemori, descrito
en la sección 2.4.2.5.

Para la implementación en Ls-Dyna se deben considerar ciertos detalles
clave relacionados con la selección de formulaciones mediante variables inter-
nas o flags, como ocurre con el parámetro de endurecimiento anisotrópico, Ṙ,
cuya forma específica depende del valor asignado a la variable lógica IOPT.
Esta variable funciona como un interruptor interno del solver que determina
qué formulación de endurecimiento se utilizará. En concreto, al activar la op-
ción IOPT = 0, se emplea el modelo original propuesto por Yoshida y Uemori,
que contempla una saturación explícita en el endurecimiento por deforma-
ción. Alternativamente, con la opción IOPT = 1, se activa una modificación
del modelo original en la cual se elimina dicha saturación, dando lugar a un
endurecimiento continuo a lo largo de la deformación plástica.

El cambio en el parámetro se expresa de la siguiente forma:

Ṙ = k(Rsat −R) ˙̄εp para IOPT = 0 (2.75)
Ṙ = Rsat

[
(C1 + ˙̄εp)2C2 − C2

1

]
para IOPT = 1 (2.76)

donde Rsat representa el valor de saturación del endurecimiento isotrópi-
co, R es la variable escalar de endurecimiento isotrópico, k es el coeficiente
que regula la velocidad con la que se alcanza el endurecimiento isotrópico,
C1 y C2 son los parámetros que definen la evolución no lineal cuando el mo-
delo tiene endurecimiento continuo (IOPT = 1) y finalmente ε̇p es la tasa de
deformación plástica equivalente acumulada.

La degradación del módulo elástico en MAT_242 se desarrolla según la
ecuación 2.74 de la Sección 2.4.4.

Eav(εp) = E0 − (E0 − Ea)[1− exp(−ξεp)] (2.74)
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Para la estimación del módulo asintótico saturado Ea, se ha tomado el
trabajo de Vrh et al.[93], donde los ensayos de tensión-recarga sobre chapas
de 1.4301 muestran que, tras deformaciones del orden del 8 %, el módulo
secante se estabiliza en aproximadamente un 65 % de E0. Esto sugiere un
valor de saturación Ea ≈ 0,65E0 ≈ 140GPa, tras acumular una densidad de
dislocaciones y defectos suficientemente alta, añadir más deformación plástica
apenas reduce la rigidez, por lo que el módulo efectivo converge a este límite
inferior.
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Capítulo 3

Modelizado numérico del
sistema de conformado

3.1. Descripción del sistema de conformado

La pieza objeto de estudio en este trabajo es un componente de una placa
de cocina a gas mostrada en la Figura 3.1.1. Una de las principales funciones
de este componente dentro del sistema del electrodoméstico es establecer un
cerramiento periférico lo más estanco posible con la encimera donde se ha
instalado dicho sistema.

Para cumplir con esta función, el borde de contacto de este componente,
mostrado en la Figura 3.1.1(e), debe ser coplanar con el plano de referencia
generado por la encimera. Cualquier deflexión por springback provocará la
pérdida de coplanaridad entre la encimera y el borde de contacto de la chapa
superior.

La pieza se fabrica mediante un proceso de embutición, seguido de dos
etapas de recorte: un corte horizontal y un punzonado vertical. Tras estas tres
etapas, la pieza se verifica en un útil, donde se mide la planitud del borde
que estará en contacto con la encimera.

3.1.1. Material y recorte inicial

El acero inoxidable 1.4301, designado simbólicamente como X5CrNi18-10
según la norma europea UNE-EN 10088-1:2015, es un acero austenítico al
cromo-níquel. Su composición química típica incluye un bajo contenido de
carbono (máximo de aproximadamente 0,07 % C) y presenta como principa-
les elementos de aleación el cromo (alrededor de 18 %) y el níquel (entre 8 y
10 %), además de pequeñas cantidades de manganeso, silicio, fósforo, azufre
y, en algunos casos, nitrógeno. La Tabla 3.1.1 resume los rangos típicos de
composición química en porcentaje en masa según UNE-EN 10088-1:2015.
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Figura 3.1.1: (A) Vista superior; (B) Vista frontal; (C) Detalle de la vista
frontal; (D) Detalle de la vista superior; (e) Borde; (i, ii, iii) Zonas del que-
mador

Tabla 3.1.1: Composición química típica del acero inoxidable 1.4301.

Elemento C Si Mn P S Cr Ni N

% en 0,07 1,0 2,0 0,045 0,015 17,0- 8,0- 0,10
masa -19,5 -10,5

Los elementos de aleación desempeñan funciones específicas en el com-
portamiento del acero. El cromo (Cr) es el principal responsable de conferir
resistencia a la corrosión, al formar una capa pasiva de óxido de cromo sobre
la superficie, que protege al metal base. Se requiere un contenido mínimo
de aproximadamente 10,5 % de Cr para generar esta película pasiva; con un
contenido de alrededor del 18 % de Cr, el 1.4301 ofrece una excelente pro-
tección frente a la oxidación en condiciones de servicio comunes, tales como
ambientes atmosféricos urbanos, rurales o industriales moderados, así como
en ambientes interiores con humedad controlada o en contacto con agua po-
table, alimentos y productos domésticos, donde no están presentes cloruros,
ácidos fuertes o agentes industriales altamente agresivos. En estos entornos,
el material mantiene su apariencia metálica brillante o satinada, sin forma-
ción de óxidos visibles. Por su parte, el níquel (Ni), en torno al 8–10 %, actúa
como fuerte estabilizador de la fase austenítica. Gracias a este elemento, el
acero 1.4301 mantiene una microestructura completamente austenítica a tem-
peratura ambiente, evitando transformaciones hacia ferrita o martensita al
enfriar, lo cual mejora tanto la ductilidad como la tenacidad, y contribuye
asimismo a la resistencia a la corrosión al impedir la formación de fases secun-
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darias perjudiciales. Además, el níquel incrementa la maleabilidad, ductilidad
y soldabilidad del acero, aportando también cierta resistencia mecánica.

El contenido de carbono (C) en el 1.4301 se limita a valores bajos (0,07 %)
para minimizar la formación de carburos de cromo (Cr23C6) en los bordes de
grano durante exposiciones a temperaturas intermedias, fenómeno conocido
como sensibilización. Un exceso de carbono puede combinarse con el cromo,
generando carburos en la zona de soldadura o durante servicios a tempera-
turas del orden de 500–800 ◦C, lo que empobrece el contenido de Cr en la
matriz adyacente y aumenta la susceptibilidad a la corrosión intergranular.
Por ello, el desarrollo del acero 1.4301 se orientó a minimizar la precipita-
ción de carburos de cromo y la susceptibilidad a la corrosión intergranular en
el rango de aproximadamente 426–900 ◦C. En consecuencia, con contenidos
de carbono de aproximadamente 0,05–0,07 %, el acero 1.4301 suele retener
suficiente cromo en solución sólida después de procesos de soldadura o con-
formado en caliente, preservando su resistencia a la corrosión en condiciones
normales. Otros elementos presentes en la aleación incluyen el manganeso
(Mn) (hasta aproximadamente 2 %), que ayuda a la desoxidación durante la
fabricación del acero y contribuye también a estabilizar la austenita (aun-
que en menor medida que el níquel); el silicio (Si) (hasta aproximadamente
1 %), que también actúa como desoxidante y puede mejorar la resistencia
a la oxidación a alta temperatura; y el fósforo (P) y el azufre (S), que se
controlan a niveles bajos (trazas típicas de P0,045 % y S0,015 %), ya que,
si bien el azufre mejora el mecanizado, ambos elementos en exceso pueden
afectar negativamente la tenacidad y la resistencia a la corrosión. Algunos
incorporan pequeñas cantidades de nitrógeno (N) (hasta aproximadamente
0,10 %), que incrementan la resistencia mecánica, elevando especialmente el
límite elástico, y refuerzan tanto la estabilidad austenítica como la resistencia
a la picadura. En conjunto, la suma de Cr + Ni + N garantiza una estructura
completamente austenítica, confiriendo al acero 1.4301 su combinación carac-
terística de alta resistencia a la corrosión, buena conformabilidad y excelente
soldabilidad.

No obstante, a pesar de ser considerado estabilizado en fase austeníti-
ca, el acero 1.4301 muestra una estabilidad relativamente baja de dicha fase
frente a deformaciones plásticas severas, especialmente a bajas temperaturas,
debido a su contenido de níquel (aproximadamente 8–10 %), suficiente para
estabilizar la austenita, aunque no al nivel de aceros con mayor contenido de
níquel o con adición de nitrógeno. Esta inestabilidad relativa permite que,
bajo ciertas condiciones de deformación intensa o a bajas temperaturas, la
austenita pueda transformarse en martensita α′ de tipo tetragonal de cuer-
po centrado (BCT) mediante un mecanismo de transformación inducida por
deformación plástica, conocido como efecto TRIP (Transformation Induced
Plasticity). Este fenómeno tiene lugar cuando, durante el proceso de deforma-
ción en frío (por ejemplo, laminación severa, estirado, embutición profunda,
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punzonado o impacto), el campo de tensiones y deformaciones locales favo-
rece el deslizamiento de dislocaciones y la nucleación de martensita en la
microestructura austenítica metastable. Esta transformación es controlada
por mecanismos difusionales y ocurre prácticamente de manera instantánea,
sin requerir enfriamientos externos, siendo más pronunciada a temperaturas
inferiores a 15 ◦C, donde la austenita es aún menos estable frente al esfuerzo
aplicado.

El acero 1.4301, por tanto, puede desarrollar una fracción creciente de
martensita α′ en función de la deformación plástica aplicada, especialmente
cuando se supera un umbral de deformación efectiva de aproximadamente
15–20 % [94], alcanzando contenidos significativos de martensita a deforma-
ciones mayores. El ritmo y la cantidad de martensita generada dependen de
diversos factores como la temperatura, la velocidad de deformación, la com-
posición química (en particular el contenido de Ni, Mn y N) y la historia
previa de deformación.

El efecto TRIP en el acero 1.4301 tiene varias implicaciones sobre sus
propiedades mecánicas. En primer lugar, se produce un incremento marcado
de la resistencia mecánica, dado que la martensita α′ es una fase dura y frágil
en comparación con la austenita, contribuyendo a un fuerte endurecimien-
to por deformación, que eleva tanto el límite elástico como la resistencia a
la tracción, incluso llegando a duplicarlos respecto al estado recocido. Este
comportamiento explica el alto coeficiente de endurecimiento por trabajo en
frío (n ≈ 0,4–0,5) que presenta el acero 1.4301. En segundo lugar, se observa
un aumento sustancial de la dureza superficial, pudiendo alcanzarse valores
de aproximadamente 400 HV o superiores en zonas sometidas a alta deforma-
ción. Además, el contenido creciente de martensita produce un incremento
parcial del magnetismo, ya que la martensita formada es ferromagnética, a
diferencia de la austenita, que es prácticamente no magnética. Por tanto,
tras una deformación en frío severa, el acero 1.4301 puede exhibir un com-
portamiento magnético detectable, siendo la fracción de martensita generada
dependiente de la severidad de la deformación. No obstante, si bien el efecto
TRIP contribuye a absorber energía durante la deformación, en condiciones
extremas puede provocar una pérdida de ductilidad en zonas altamente de-
formadas, favoreciendo la aparición de grietas o fractura frágil en procesos
de conformado extremo.

Durante operaciones de embutición profunda o estirado severo, el efecto
TRIP en el acero 1.4301 puede resultar beneficioso hasta cierto punto, ya
que la transformación de fase permite una mayor resistencia progresiva, fa-
cilitando la redistribución de las deformaciones y retardando la localización
(fenómeno de concentración de la deformación plástica en una zona restringi-
da de la lámina, precursor de la estricción y la fractura), comportamiento que
es aprovechado en aplicaciones donde se desea una alta absorción de energía
antes del fallo, como por ejemplo en aplicaciones de seguridad, absorbedo-
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res de energía o carcasas sometidas a impactos. Sin embargo, en procesos de
embutición muy profunda o con geometrías complejas, el efecto TRIP puede
convertirse en una limitación, ya que el endurecimiento acelerado y la for-
mación de martensita pueden inducir agrietamientos prematuros, desgarros
o roturas localizadas si no se controlan adecuadamente las condiciones de
proceso. Para mitigar estos efectos, es habitual emplear recocidos interme-
dios, optimizar la lubricación y controlar la velocidad de deformación. En
aplicaciones de embutición extrema, como en la fabricación de fregaderos de
cocina o depósitos profundos, es habitual que, tras una primera embutición,
se realice un recocido de solución a aproximadamente 1050 ◦C con el fin de eli-
minar la martensita formada, restaurar la estructura austenítica homogénea
y recuperar la ductilidad antes de continuar con el conformado.

3.1.2. Sistema de embutición

El sistema de embutición se basa en la interacción coordinada de punzón,
matriz y pisador para transformar la lámina plana en la pieza en cuestión.
El proceso comienza cuando el punzón contacta la lámina y la conduce hacia
el interior de la matriz. Para cumplir este cometido sin generar roturas ni
marcas, la superficie del punzón presenta un acabado superficial con valores
de rugosidad muy reducidos y un radio en su extremo que suaviza el paso del
material, distribuye los esfuerzos y evita concentraciones de tensión. Además,
incorpora una leve conicidad que facilita la extracción de la pieza tras la
embutición y previene el agarrotamiento.

La matriz, por su parte, delimita la geometría externa de la pieza y esta-
blece la holgura necesaria para que el material fluya entre ella y el punzón. Su
borde de entrada está mecanizado con un radio variable que aumenta cuando
se acerca a las esquinas como se aprecia en el modelo de la Figura 3.2.5 (b)
que guía la lámina con suavidad, reduce la fricción y evita arrugas en la boca
de la matriz. Justo después de esa zona curva, la matriz incorpora un tramo
plano de longitud corta que estabiliza la pared ya formada. Antes del bor-
de de entrada la matriz tiene una cara plana que sirve de alojamiento para
los frenos mecanizados sobre dicha cara superficie, mostrados en la Figura
3.2.5(a).

El pisador se encarga de ejercer una presión uniforme sobre la periferia
de la lámina mientras el punzón se desplaza. Este esfuerzo de sujeción es
crucial: impide que el material se abombe y forme pliegues indeseados, a la
vez que permite que fluya de forma controlada hacia el interior de la matriz.
Para regular más finamente ese flujo, entre pisador y matriz se disponen los
frenos.

Los frenos (se muestran en la Figura 3.2.5 (b)) son pequeños relieves me-
canizados en la zona de contacto entre el pisador y la matriz que actúan como
reguladores del flujo de chapa durante la embutición. Su misión principal es
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generar una resistencia localizada que obliga al material a flexionarse, pasar
por encima del resalte y enderezarse nuevamente. Este ciclo de curvado y
enderezado añade trabajo mecánico al proceso y eleva la tensión tangencial
en la lámina, lo que ralentiza su avance y evita que se formen arrugas en la
boca de la matriz.

El perfil del freno se diseña con una entrada suave y una salida algo más
pronunciada para maximizar la fricción controlada sin dañar la superficie de
la lámina. Se emplea una forma semicircular según la ductilidad del material
y la severidad de la embutición. Se utiliza un perfil bajo y redondeado en
busca de minimizar el adelgazamiento y mejorar el acabado superficial, ya
que es una pieza que conlleva acabado estético.

La posición de los frenos respecto al borde de la matriz es crítica: dema-
siado cercanos pueden debilitar la pared de la pieza, y demasiado alejados
reducen su eficacia. Además, el número y la orientación de los frenos se han
estudiado para equilibrar el flujo perimetral del material para evitar sobre-
carga y roturas localizadas.

La concepción de los frenos se ha apoyado tanto en experiencia empírica
como en simulaciones por elementos finitos. El software permite prever la
influencia de cada variación de perfil y facilita llegar al diseño óptimo con
menos pruebas físicas. Una vez en producción, la condición de los frenos se
vigila de cerca. El desgaste o la acumulación de óxidos altera la resistencia que
ofrecen y puede traducirse en arrugas o desgarros. Existe un mantenimiento
programado que incluye la limpieza, pulido ligero y, cuando sea necesario,
rectificado selectivo, garantizando que los frenos siguen cumpliendo su función
de forma constante a lo largo de la vida útil del utillaje.

La respuesta global del sistema depende de un delicado equilibrio entre la
presión del pisador, la fricción en las superficies de contacto y la ductilidad del
material. Una presión insuficiente provoca arrugas, mientras que un exceso
puede adelgazar la pared hasta el desgarro. Por esa razón, el pisador esta
apoyado en cojines hidráulicos programables que permiten ajustar la carga.

Por último, conviene mencionar que el guiado preciso del conjunto punzón-
matriz, esta garantizado por columnas o casquillos de ajuste fino, preservando
la coaxialidad y evitando cargas excéntricas que produzcan un desgaste irre-
gular.

3.1.3. Proceso de fabricación y medición

El proceso de fabricación consiste en una embutición y dos etapas de
recorte. Al finalizar estas tres fases, la pieza se ensaya en un útil de medición,
donde se evalúa la planitud del borde que estará en contacto con la placa de
cocción.

El recorte inicial de la chapa se realiza con unas dimensiones de 990 ×
595×0,8 mm. El proceso de conformado consiste en una operación de una sola
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etapa. El pisador y la matriz incorporan los frenos, mientras que el punzón
permanece fijo. La matriz desciende embutiendo los frenos y desplazando el
pisador, que ha sido previamente precargado con una fuerza (Blank Holder
Force, BHF) constante durante todo el movimiento de la matriz hasta su
posición final.

Una vez completado este proceso, la pieza embutida se somete a una etapa
de recorte horizontal. Este recorte consiste en un corte bidimensional en el
plano definido por el borde mostrado en la Figura 3.1.1(e).

El recorte final se realiza mediante un punzonado vertical, cuya finalidad
es generar las geometrías correspondientes a las zonas de los quemadores
mostradas en las Figuras 3.1.1(i), (ii) y (iii), así como el patrón circular
situado en la parte frontal de la pieza.

En esta fase, la pieza se considera completamente fabricada. Dado que las
deformaciones asociadas al fenómeno de springback dependen del equilibrio
entre fuerzas internas y externas, se podrían observar múltiples configuracio-
nes finales de la pieza simplemente modificando las condiciones externas. Por
esta razón, se emplea un útil de medición mostrado en la Figura 3.1.2 que
asegura que todas las piezas se midan bajo las mismas condiciones, reprodu-
ciendo así el entorno de montaje real.

(B)

(A)

Zdesp

Tornillos

Plano Ref.

Figura 3.1.2: Esquema de montaje para la medición experimental del spring-
back

La pieza final se monta en el útil mediante tornillos dispuestos alrededor
de las zonas de los quemadores (i) a (iii) indicadas en la Figura 3.1.1. Este tipo
de fijación deja completamente libre el borde correspondiente a la zona (e)
de la Figura 3.1.1. Una vez liberada la energía elástica almacenada, se evalúa
el springback. Como resultado, se representa el desplazamiento en dirección
Z desde un plano de referencia (mostrado en la Figura 3.1.2, Zdesp) hasta
la posición real del borde, en función de la posición relativa a lo largo del
perímetro.
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3.2. Implementación numérica del proceso de con-
formado

3.2.1. Metodología del análisis numérico

La simulación del fenómeno de retorno elástico o springback en el proceso
de conformado de chapas metálicas se desarrolla en este trabajo mediante un
enfoque numérico híbrido, combinando métodos explícitos e implícitos. La
Figura 3.2.1 muestra el proceso de la cadena de simulación que se ha llevado
a cabo.

Cadena de Simulación

Embu�ción

Corte Horizontal

Springback
RESULTADOS

Corte Ver�cal

.dynain

Solver Explícito

Solver Implícito

.dynain

Solver Explícito

.dynain

Solver Explícito

Figura 3.2.1: Esquema del proceso de la cadena de simulaciones necesarias
para calcular el springback de una pieza de embutición

Inicialmente, la etapa de conformado se realiza utilizando una simulación
explícita. Durante esta fase, se modela el contacto dinámico entre la cha-
pa y las herramientas, capturando la evolución detallada de las tensiones,
deformaciones y velocidades involucradas en el proceso.

Una vez finalizada la etapa de conformado explícita, se procede a una fase
intermedia de corte, en la cual se realiza el recorte geométrico del componente
conformado. Esta etapa es esencial para reflejar con precisión las condiciones
de contorno reales que inciden directamente en la magnitud del springback.
El corte generalmente se lleva a cabo mediante la eliminación de elementos
o nodos específicos que representan las zonas descartadas del componente,
ajustando así la malla resultante para la simulación siguiente.

Finalmente, la predicción del springback se lleva a cabo mediante una si-
mulación implícita estática. En esta fase, se retiran las cargas y herramientas
empleadas durante la etapa explícita, permitiendo así que la estructura al-
cance un nuevo equilibrio mecánico. El método implícito es particularmente
adecuado para esta etapa debido a su eficiencia computacional en la deter-
minación precisa de estados de equilibrio estático. El resultado final es la
geometría post-springback.

78



3.2 Implementación numérica del proceso de conformado

3.2.2. Software empleado para la simulación

La solución computacional del modelo esta realizada mediante Ls-Dyna,
un software avanzado de simulación multifísica desarrollado por Livermore
Software Technology Corporation (LSTC) [9]. Ls-Dyna es un código explí-
cito de elementos finitos para dinámica transitoria no lineal, derivado del
programa tridimensional DYNA-3D creado por el Dr. John O. Hallquist en
el Laboratorio Nacional Lawrence Livermore (California, EE.UU.) en 1976.

Originalmente diseñado para simular impactos relacionados con aplica-
ciones nucleares, Ls-Dyna se ha expandido considerablemente para cubrir
diversas aplicaciones industriales. Inicialmente, sus aplicaciones se centraban
en análisis estructurales sometidos a cargas dinámicas de impacto, desta-
cando dificultades para definir mallas adecuadas para modelizar contactos
complejos. La primera versión incluía elementos tipo cercha, membranas y
algunos elementos sólidos.

Actualmente, Ls-Dyna es reconocido por su versatilidad en simulaciones
multifísicas, permitiendo combinar diversas funcionalidades para represen-
tar fenómenos complejos. Sus características incluyen condiciones prescritas
como curvas de amplitud, condiciones iniciales y de contorno, cargas, restric-
ciones cinemáticas avanzadas y sofisticados modelos de contacto.

Su aplicación se extiende significativamente en sectores como automo-
triz y aeroespacial, principalmente debido a sus capacidades avanzadas para
modelizar sistemas de seguridad como airbags, cinturones de seguridad y
sensores. En la industria de conformado y manufactura metálica, Ls-Dyna es
referente en investigaciones sobre:

− Estampado

− Embutición profunda

− Hidroconformado

− Laminación

− Extrusión

− Recorte

− Rebatido

El código explícito de Ls-Dyna determina los desplazamientos desconoci-
dos mediante la integración numérica de la ecuación dinámica:

F = mẍ+ dẋ+ cx (3.1)

Este solver aplica el método de diferencias centrales para resolver di-
cha ecuación, garantizando la estabilidad numérica mediante el criterio de
Courant-Friedrich-Lewy (CFL), definido como:

CFL = c
∆t

∆x
< 1 (3.2)
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donde ∆x indica la longitud característica del elemento, ∆t el intervalo
temporal y c la velocidad de propagación, que para elementos tipo shell se
calcula según:

c =

√
E

ρ(1− ν2)
(3.3)

En simulaciones explícitas, el intervalo temporal está condicionado por
la velocidad con la que las ondas atraviesan la dimensión más pequeña de
los elementos. Este requisito impone una restricción significativa sobre la
duración del cálculo, aumentando así el costo computacional y temporal.

En problemas complejos con elementos extremadamente pequeños o velo-
cidades de propagación elevadas, respetar este criterio implica utilizar pasos
temporales muy pequeños, incrementando sustancialmente el número de pa-
sos necesarios y, por tanto, el costo computacional global. Para afrontar este
desafío, se implementan técnicas como el el escalado temporal (Time Scaling)
y escalado de masa (Mass Scaling), que permiten ampliar artificialmente el
paso temporal al incrementar la masa aparente de los elementos o al modi-
ficar el marco temporal del fenómeno simulado. Sin embargo, estas técnicas
deben utilizarse con precaución, ya que la introducción de masa adicional o la
alteración artificial del tiempo podrían producir efectos dinámicos no desea-
dos, como modificaciones en las frecuencias naturales del sistema o resultados
que se desvían de la respuesta real esperada. Por ello, se debe evaluar cui-
dadosamente el equilibrio entre la reducción del tiempo computacional y la
fidelidad física y numérica del análisis.

El escalado temporal consiste en aumentar la velocidad de las herramien-
tas con el objetivo de reducir el tiempo del proceso. Sin embargo, deben
tenerse en cuenta ciertas consideraciones: las herramientas (matriz ,punzón,
pisador...) deben situarse lo más próximas posible a la chapa, ya que de lo
contrario existe riesgo de efectos dinámicos intensos y problemas de contac-
to. Las velocidades elevadas de las herramientas solo son posibles si la chapa
está soportada en ambos lados por las herramientas. Asimismo, los paráme-
tros del material dependientes del tiempo, como la sensibilidad a la tasa de
deformación, también deben ser escalados adecuadamente. Por otro lado, el
escalado de masa consiste en añadir masa artificial para aumentar el paso
temporal crítico. Cada vez que se añade masa no física para incrementar el
paso temporal en un análisis dinámico, los resultados obtenidos pueden verse
afectados. Por lo tanto, la sensibilidad de los resultados frente a la cantidad
de masa añadida debe ser baja, por lo que dicha masa adicional debe minimi-
zarse al máximo posible. El escalado de masa puede aplicarse selectivamente
aumentando artificialmente la densidad del material únicamente en aquellas
zonas donde sea necesario.

El escalado de masa aplicado en esta configuración se considera de manera

80



3.2 Implementación numérica del proceso de conformado

independiente respecto al escalado automático controlado por el parámetro
que regula el incremento artificial de masa en función del paso de tiempo
crítico 1. Dicho parámetro se encuentra definido dentro de la tarjeta de control
correspondiente 2, lo que permite ajustar la estabilidad numérica del cálculo
en LS-DYNA sin afectar directamente a la precisión de los resultados.

Cuando el parámetro DT2MS se define con valor negativo en el con-
trol de integración explícita, el escalado de masa actúa de forma selectiva.
En concreto, al asignar dicho valor negativo el programa identifica única-
mente los elementos cuyo paso temporal estable calculado resulte inferior a
|DT2MS| y les incrementa la masa inercial hasta que su paso estable coinci-
de exactamente con |DT2MS|. Los elementos cuyo paso ya es mayor o igual
que dicho umbral no se modifican, con lo que se evita un incremento global
de inercia y se limita la intervención a las discretizaciones más restrictivas.
Esta estrategia mejora la eficiencia computacional manteniendo la estabili-
dad del esquema explícito, aunque altera la inercia local y, por ende, puede
modificar frecuencias naturales y la respuesta transitoria; por ello, conviene
elegir |DT2MS| con prudencia y verificar la masa añadida y la coherencia
energética mediante las salidas oportunas 3.

Ls-Dyna registra en los archivos GLSTAT y MATSUM los lugares y mo-
mentos en que se añade masa automáticamente, lo cual permite verificar el
proceso de escalado. Representar gráficamente estos archivos posibilita obte-
ner mapas de distribución temporal de la masa añadida, tanto para el modelo
completo como para componentes individuales.

El método explícito de resolución presenta ventajas y desventajasque se
ordenan a continuación::

Ventajas Desventajas

Adecuado para eventos altamente
no lineales y transitorios cortos

Limitado por estabilidad de
Courant

Baja demanda de memoria Omisión obligada de detalles
geométricos

Cálculo económico del paso
temporal

Inadecuado para eventos de larga
duración

Modelos avanzados de contacto

1*DT2MS: relación de escalado de masa con el tamaño de paso de tiempo
2*CONTROL_TIMESTEP: control del tamaño de paso de tiempo
3*DATABASE_GLSTAT: historia global; *DATABASE_MATSUM: sumas por parte/material
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3.2.3. Descripción del modelo numérico empleado

El modelo numérico se muestra en la Figura 3.2.2, está compuesto por
tres cuerpos rígidos; matriz (A), pisador (D) y el punzón (E) y un cuerpo
deformable, la lamina (B). El componente denominado tope del pisador (C)
se introduce como una herramienta numérica para modelizar y monitorizar
la fuerza aplicada por el pisador.

(C)

(A)

(B)

(D)

(E)

Figura 3.2.2: Vista Lateral en posición de inicio del proceso de embutición:
matriz (A), lámina (B), tope del pisador (C), pisador (D), punzón (E)

Antes de abordar el análisis numérico del proceso de embutición, es fun-
damental describir con mayor detalle la configuración geométrica del sistema
de frenado implementado en el utillaje. En la Figura 3.2.4 se presenta una
vista general del freno situado en el pisador, en la que se aprecia claramen-
te la elevada densidad del mallado en esta zona. Este refinamiento local del
mallado se ha realizado con el objetivo de capturar con mayor precisión los
efectos geométricos asociados a la curvatura de la superficie, especialmente
relevantes en las etapas iniciales del contacto con la chapa.

Por su parte, la Figura 3.2.5 muestra dos vistas adicionales del freno. Se
observa el freno integrado en la matriz (a), destacando su geometría espe-
cífica, diseñada para controlar el flujo del material durante el conformado.
También se proporciona una vista ampliada del borde de entrada (b) del
freno, el cual ha sido mecanizado con un radio variable. Este radio aumenta
progresivamente hacia las esquinas con el objetivo de evitar concentraciones
de deformación y facilitar el guiado de la chapa. El diseño de este contorno
y su influencia sobre el comportamiento del material durante la embutición
se analizan en detalle en la Sección 3.1.2.
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(D) (A)

F

Figura 3.2.3: Vista superior del pisador (D) y de la matriz (A) junto con las
posiciones de los frenos (F) en ambas herramientas.

Figura 3.2.4: Vista de detalle del freno en el pisador donde se aprecia el
mallado fino debido a la curvatura de la superficie.

La fuerza ejercida sobre el pisador ha sido modelada mediante la imple-
mentación de muelles virtuales con rigidez constante a lo largo de todo su
recorrido, reproduciendo así el comportamiento observado en la práctica in-
dustrial, donde se emplean resortes de gas con características similares. Con
el objetivo de limitar el desplazamiento vertical del pisador inducido por la
acción de estos muelles, se ha incorporado una herramienta numérica adi-
cional que actúa como tope (elemento (C) en la Figura 3.2.2). Este tope
restringe el desplazamiento en la dirección positiva del eje Z, impidiendo así
el movimiento ascendente del pisador, pero permite su desplazamiento libre
en dirección negativa, coherente con el funcionamiento del sistema físico real.
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(a)

(b)

Figura 3.2.5: Vistas de detalle del freno: (a) vista general del freno integrado
en la matriz, donde se aprecia su geometría particular; (b) vista ampliada
del borde de entrada, modelizado con un radio variable que aumenta progre-
sivamente hacia las esquinas, tal y como se analiza en la Sección 3.1.2.

3.2.4. Estrategia y parámetros del mallado

Los elementos tipo shell completamente integrados en Ls-Dyna, especi-
ficados mediante la opción ELFORM16, son elementos finitos avanzados que
utilizan una integración numérica completa para evaluar con precisión el
comportamiento estructural. La formulación de estos elementos se basa en
las hipótesis de Reissner-Mindlin (Timoshenko), considerando desplazamien-
tos de la superficie media junto con rotaciones para describir la deformación
de la lámina, incluyendo distorsiones por cortante. En particular, estos ele-
mentos cuentan con siete puntos de integración distribuidos a lo largo del
espesor, lo cual permite capturar adecuadamente variaciones no lineales de
la tensión, deformación plástica y daño a través del espesor de la lámina.
Esta característica es especialmente relevante para el análisis de procesos
complejos como el conformado de chapas metálicas, donde los gradientes de
tensión-deformación son significativos. Además, el número de puntos de in-
tegración adoptado responde a un compromiso cuidadosamente establecido
entre la precisión y el coste computacional asociado, garantizando un equili-
brio adecuado para simulaciones de gran escala en contextos industriales.

En Ls-Dyna, cuando se emplean elementos finitos tipo shell completamen-
te integrados con formulación cuadrilátera estándar, existe una consideración
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especial para aquellos elementos degenerados o que, debido a la discretización
de la geometría, presentan una configuración triangular.

En estos casos específicos, Ls-Dyna aplica automáticamente una formula-
ción adaptada conocida como formulación triangular tipo C0, en sustitución
de la cuadrilátera estándar. Esta formulación implica que las funciones de in-
terpolación usadas para describir el campo de desplazamientos en el elemento
son continuas (continuidad de desplazamientos, pero no necesariamente de-
rivadas). Ls-Dyna tiene distintos elementos shell, entre ellos triangulares y
cuadriláteros, que utilizan formulaciones basadas en interpolaciones C0. Es-
to significa que, aunque los desplazamientos son continuos en los nodos, la
continuidad de tensiones o derivadas no necesariamente lo es.

El hourglass es un modo de deformación espurio que puede aparecer en
elementos finitos subintegrados (muy típico en shells cuadriláteros de 4 nodos
y en sólidos de 8 nodos) cuando se usan funciones de interpolación reducidas
o simplificadas: ciertos patrones de movimiento nodal pasan por el punto de
integración sin generar deformación física ni rigidez, de modo que no consu-
men energía y pueden crecer sin control si se excitan por cargas concentradas,
contactos, mallas pobres o grandes distorsiones. Su presencia lleva a respues-
tas no físicas como rigideces aparentes alteradas, penetraciones en contacto o
incluso volúmenes negativos y contamina magnitudes clave como tensiones,
fuerzas de reacción y energías. Por ello, en Ls-Dyna y en cualquier esque-
ma explícito, es imprescindible suprimirlo o estabilizarlo: no forma parte del
comportamiento del material ni de la estructura, sino de una deficiencia nu-
mérica asociada a la integración reducida, y si no se elimina puede dominar
la solución y comprometer por completo la validez del análisis

El control del hourglass en métodos explícitos basados en elementos fini-
tos, consiste en aplicar artificialmente términos estabilizadores para eliminar
dichas deformaciones. Sin esta corrección, los elementos pueden exhibir pa-
trones de deformación interna no físicos con energía de deformación prácti-
camente nula, que crecen progresivamente durante la simulación. Estas de-
formaciones, al acumularse, pueden afectar significativamente la precisión y
estabilidad numérica de la solución obtenida, comprometiendo el análisis que
se esté llevando a cabo.

La estrategia habitual para mitigar estos modos consiste en la introduc-
ción de una rigidez artificial, conocida como rigidez de control hourglass, la
cual impide el desarrollo de estos patrones no físicos. En Ls-Dyna, esta técni-
ca se define explícitamente4 especificando el tipo de algoritmo estabilizador y
un coeficiente multiplicador que determina la magnitud de la rigidez artificial
añadida al sistema.

Para simulaciones específicas de conformado, donde la precisión de los
resultados es particularmente sensible al balance entre estabilidad numérica

4*CONTROL_HOURGLASS
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y la representación realista del comportamiento mecánico del material, ge-
neralmente es recomendable emplear el valor por defecto del coeficiente de
control hourglass establecido por Ls-Dyna. Este valor predeterminado está
calibrado a partir de una amplia validación empírica y numérica, logrando
así un adecuado compromiso entre estabilidad y precisión.

3.2.5. Definición y orientación del comportamiento anisotró-
pico del material

Debido a la anisotropía de la lámina, es necesario definir ciertas orientacio-
nes. Para especificar las propiedades del material en las distintas direcciones,
se requiere establecer un sistema de coordenadas del material.

Ls-Dyna genera un sistema de coordenadas para cada elemento, denomi-
nado sistema de coordenadas local del elemento. Este se establece mediante
una regla sencilla: el eje x local del elemento se orienta en la dirección desde
el nodo 1 hacia el nodo 2 de cada elemento. El sistema local del elemento
se define basándose en este eje y en la normal del elemento tipo shell. Esta
regla genera tantas direcciones X diferentes como elementos existen en una
malla irregular, como se muestra en la Figura 3.2.6 a).

El sistema de coordenadas local del material queda vinculado al sistema
de coordenadas del elemento, siendo por defecto la dirección de laminado del
material la dirección X.

Un función5 especifica de Ls-Dyna se utiliza para rotar el sistema de coor-
denadas del material en cada elemento. Esto se ilustra en la Figura 3.2.6 b),
donde todos los vectores A (direcciones locales del material) están alineados
con la dirección global del material (dirección de laminado).

3.2.6. Formulación y tratamiento numérico de los contactos

Las interfaces de contacto basadas en penalización se utilizan en simu-
laciones de conformado metálico. Las interfaces de contacto son algoritmos
numéricos empleados para imponer la restricción de no penetración entre
superficies en interacción. Su funcionamiento se basa en la introducción de
una rigidez de contacto ficticia (penalty stiffness) que actúa como un resor-
te virtual: cuando un nodo penetra en la superficie maestra, se genera una
fuerza de reacción proporcional a la magnitud de dicha penetración, dirigida
normalmente a la superficie de contacto. Este enfoque no requiere la reso-
lución exacta de las condiciones de restricción, sino que permite pequeñas
penetraciones controladas, lo que reduce el coste computacional y mejora la
robustez de la simulación en problemas altamente no lineales. La precisión
del método depende de la calibración de la rigidez de penalización, que debe

5AOPT: Define el marco de referencia de la dirección de laminación
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a) b)

Figura 3.2.6: Dirección del material en los elementos de la malla. a) Direc-
ciones iniciales de cada elemento antes de aplicar AOPT. b) Direcciones de
cada elemento alineadas con la dirección de laminación despues de aplicar
AOPT.

ser lo suficientemente elevada para evitar penetraciones excesivas, pero no
tan grande que provoque inestabilidades numéricas

Se realiza una comprobación completa de la penetración inicial6, espe-
cialmente útil para penetraciones significativas alrededor de geometrías con
radios pequeños o regiones de alta presión de contacto, ajustando el factor de
escala de penalización según sea necesario. El factor de escala para la rigidez
de penalización en todas las superficies se establece en 0,01.

Dado que el modelo se construye con elementos tipo shell, los elementos
de la lamina se definen en la superficie media de esta, por lo que es necesario
activar el desplazamiento del espesor en la definición del contacto. En cambio,
como la malla de las herramientas se genera en la superficie real de estas, no
se aplican desplazamientos de espesor.

Se utiliza la interfaz de contacto tipo CONTACT_FORMING_ONE_WAY. Esta
interfaz calcula la información de curvatura de las herramientas para em-
plearla en el remallado adaptativo predictivo. En este tipo de contacto, la
superficie de la herramienta se define como la interfaz maestra, mientras que
la lámina es la interfaz esclava. Con esta configuración, el espesor del esclavo
(lámina) se incluye en los cálculos del contacto. El contacto ocurre sobre una
superficie imaginaria proyectada a media distancia del espesor en dirección
normal a cada segmento. Para la simulación de embutición se recomienda
emplear un 20 % del amortiguamiento viscoso crítico (VDC) para mitigar di-
námicas de alta frecuencia.

6ISLCHK: Controla el criterio de detección de nodo-esclavo dentro/fuera de la superficie
maestra en contactos
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3.2.7. Aplicación de técnicas de mallado adaptativo

La malla adaptativa se emplea para subdividir automáticamente los ele-
mentos y generar una malla refinada en zonas de alta curvatura. La lámina
inicial se construye mediante una malla regular compuesta por elementos
rectangulares con relaciones de aspecto lo más próximas a la unidad posible,
evitando triángulos especialmente en áreas críticas. El tamaño inicial de los
elementos de la lámina se fija en 5 mm, con el fin de resolver con precisión
los detalles geométricos de la pieza.

La simulación del proceso de conformado se interrumpe periódicamente
de acuerdo con la frecuencia de remallado adaptativo seleccionada, momen-
to en el cual la malla es evaluada para aplicar el refinamiento adaptativo
requerido. Cada elemento es subdividido en un nivel adicional durante cada
ciclo adaptativo. Para evitar que elementos excesivamente grandes atraviesen
áreas críticas antes de ser refinados, la frecuencia adaptativa se ha estableci-
do en intervalos pequeños, específicamente cada 2 mm de desplazamiento del
punzón.

El refinamiento de los elementos es controlado mediante dos criterios prin-
cipales: el ángulo formado entre elementos adyacentes y la curvatura local de
la superficie aproximada. La tolerancia angular utilizada para activar el re-
finamiento adaptativo se ha fijado en 4.0 grados. Aunque valores inferiores
podrían resultar en una malla más fina, se ha determinado que este valor es
suficiente para representar adecuadamente la geometría considerada en este
estudio. Esta elección se ha corroborado mediante un análisis de convergencia
de la solución, en el cual se verificó que la reducción adicional de la tolerancia
angular no producía variaciones significativas ni en la representación geomé-
trica ni en las magnitudes de interés del modelo, asegurando así la fiabilidad
de los resultados con un coste computacional optimizado.

El método elegido para el refinamiento adaptativo es el denominado "de
un solo paso con anticipación", en el cual un parámetro específico indica la
distancia mínima requerida para evaluar anticipadamente la curvatura de la
herramienta. Dicha distancia también depende de los límites de proximidad
empleados en la detección del contacto, y valores mayores a varios espesores
de la lámina no presentan efectos adicionales significativos en el refinamiento.

Para garantizar una adecuada precisión en el cálculo numérico, es fun-
damental disponer de al menos entre tres y cuatro elementos en las zonas
correspondientes a radios críticos. Con este propósito, se definen dos confi-
guraciones adaptativas específicas: una configuración destinada a la etapa de
cierre, cuya profundidad adaptativa máxima se estableció en 5 niveles, y otra
orientada a la etapa de embutición, con una profundidad máxima de 10 nive-
les. Adicionalmente a estos criterios de profundidad adaptativa, se impone un
tamaño mínimo de elemento de 0.5 mm para controlar la resolución espacial
del análisis.
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La Figura 3.2.7 ilustra claramente las diferentes etapas del refinamien-
to adaptativo de la malla. En la Figura 3.2.7 a), se aprecian los elemen-
tos originales (sombreados en azul) sin ningún refinamiento aplicado. Dichos
elementos corresponden fundamentalmente a las esquinas de la lámina que
permanecen entre superficies planas durante todo el proceso, y que no experi-
mentan deformación fuera del plano, razón por la cual el algoritmo adaptativo
no actúa sobre ellos, mientras en la Figura 3.2.7 b), se observan elementos
(sombreados en verde) en el siguiente nivel de refinamiento. Por el contrario,
en la Figura 3.2.7 c) se observan elementos (sombreados en rosa) que han
alcanzado el nivel máximo de refinamiento permitido, ubicados precisamente
en zonas críticas del proceso, donde punzón y matriz inducen los mayores
estiramientos sobre la lámina.

a) b) c)

Figura 3.2.7: Evolución del tamaño de los elementos generados por la malla
adaptativa observada a distintos niveles de ampliación.

3.2.8. Configuración inicial y condiciones de simulación

Como se ha comentado anteriormente, en simulaciones explícitas de con-
formado, el tiempo de cálculo puede reducirse considerablemente mediante
técnicas de escalado de masa y aumentando artificialmente la velocidad de
las herramientas. Sin embargo, ambos métodos introducen efectos dinámi-
cos artificiales, los cuales deben minimizarse hasta niveles aceptables desde
el punto de vista ingenieril. Un parámetro independiente que describe estos
efectos dinámicos artificiales es el número de ciclos explícitos por milímetro
de desplazamiento de las herramientas.

Un mayor número de ciclos por milímetro se requiere cuando el proceso
permite un desplazamiento amplio y libre de la chapa, como ocurre durante
la etapa inicial de cierre (desplazamiento del pisador hasta su posición final).
Cuando la chapa está completamente restringida entre el pisador y la matriz
y apoyada por el punzón, se necesitan menos ciclos por milímetro. Valores
comprendidos entre 100 y 1000 ciclos por milímetro generalmente producen
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resultados adecuados. La velocidad máxima de la herramienta se fija en 2000
mm/s, iniciándose desde reposo.

El paso temporal (pt) correspondiente al escalado de masa se calcula para
lograr el número requerido de ciclos por milímetro, según la ecuación 3.4:

pt =
1,0

Vmax × ciclos por milímetro (3.4)

La velocidad de la herramienta, el paso temporal y el tiempo total de si-
mulación se seleccionan de manera coordinada. Dado el desplazamiento total
de la herramienta, se diseña una velocidad de punzón con perfil trapezoidal
para las etapas de cierre y embutición, tal como se muestra en la Figura 3.2.8.
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Figura 3.2.8: Perfil de velocidad de las herramientas

La simulación numérica del proceso de embutición se ha estructurado
cuidadosamente para reflejar con fidelidad cada etapa cronológica experi-
mentada por el solver durante su ejecución. Inicialmente, se importan las
mallas correspondientes al punzón, la matriz, el pisador y la lámina median-
te la inclusión de ficheros externos7. A continuación, se evalúan los paráme-
tros críticos como espesores, coeficientes de fricción y velocidades a partir de
bloques configurables que permiten tanto declarar valores escalares reutiliza-
bles8 como calcular parámetros mediante expresiones aritméticas y relaciones
algebraicas entre magnitudes9, proporcionando flexibilidad, trazabilidad y re-

7*INCLUDE: instrucción usada para insertar archivos de malla, condiciones de contorno
y definiciones geométricas.

8*PARAMETER: bloque para definir parámetros constantes.
9*PARAMETER_EXPRESSION: bloque que evalúa expresiones para definir parámetros de-

pendientes.
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producibilidad en todos los escenarios que se van a simular.
En la configuración inicial se establecen cuatro partes distintas, lo que

permite definir entidades estructurales independientes dentro del modelo 10.
A las herramientas se les asigna rigidez absoluta, tratándolas como cuerpos
indeformables 11. El material deformable se describe con integración en siete
puntos a lo largo del espesor, utilizando una sección de lámina con formu-
lación específica para grandes deformaciones 12. Los contactos se modelan
mediante una condición unidireccional que asigna la herramienta como su-
perficie maestra y la chapa como superficie esclava, lo que resulta adecuado
en procesos de conformado 13. Finalmente, la fricción se representa con una
ley de tipo Coulomb gobernada por un parámetro específico.

Para garantizar un posicionamiento inicial adecuado de la lámina respec-
to a las herramientas, se recurre a un algoritmo específico que permite ajustar
automáticamente la geometría antes de iniciar el proceso de conformado. Es-
te procedimiento asegura un juego inicial equivalente a aproximadamente 1.5
veces el espesor de la lámina, lo que previene interferencias no deseadas y
favorece un contacto controlado entre superficies. Además, los desplazamien-
tos calculados durante esta fase se almacenan en variables específicas que
facilitan el seguimiento y la reproducibilidad de la simulación 14.

La simulación dinámica se inicia con la fase de cierre del pisador, en la
cual se impone un movimiento controlado que aplica una velocidad constante
hasta alcanzar la posición previamente definida por el algoritmo de autopo-
sicionamiento 15. De manera simultánea, se introduce una fuerza de sujeción
progresiva que actúa sobre el pisador, lo que garantiza una fijación estable
del material antes del inicio del proceso de conformado 16. Adicionalmente,
en esta etapa se incorpora un remallado adaptativo con una frecuencia apro-
ximada de 0.5 ms, con el objetivo de mantener la calidad de la discretización
a lo largo de toda la simulación.

Posteriormente, en la fase de embutición propiamente dicha, el punzón
desciende siguiendo una curva de velocidad que suaviza su impacto ini-
cial mediante una rampa lineal, alcanzando luego una velocidad constante
(2000 mm/s) hasta completar su recorrido. Durante esta etapa, se incremen-
ta la frecuencia del remallado adaptativo, permitiendo niveles superiores de
refinamiento (hasta MAXLVL = 10) y un tamaño objetivo de 0.5 mm. La fric-
ción y la penetración en el contacto se controlan mediante parámetros espe-

10*PART: definición de parte
11*MAT_RIGID: material rígido
12*SECTION_SHELL: sección de lámina; ELFORM 16: formulación de shell
13*CONTACT_FORMING_ONE_WAY_SURFACE_TO_SURFACE_ID: contacto unidireccional en con-

formado
14*CONTROL_FORMING_AUTOPOSITION_PARAMETER_SET: control de autoposicionamiento en

conformado
15*BOUNDARY_PRESCRIBED_MOTION_RIGID: movimiento prescrito en cuerpos rígidos
16*LOAD_RIGID_BODY: carga aplicada a un cuerpo rígido
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cíficos que aseguran una simulación estable y precisa, mientras se mantienen
rigurosos controles de energía y deformaciones no físicas (hourglass).

La simulación explícita concluye en un tiempo previamente fijado, lo que
permite determinar el final del cálculo de acuerdo con un criterio temporal
establecido 17. Durante esta fase, se almacenan resultados intermedios y fi-
nales en diversas bases de datos, tales como D3PLOT, RCFORC, GLSTAT
y MATSUM, que proporcionan información sobre la evolución geométrica,
las fuerzas de reacción, las magnitudes globales y los balances de energía,
respectivamente. A partir de este punto, se genera de forma automática un
archivo de arranque para las siguientes etapas del proceso.

3.2.9. Resultados intermedios: transición de fase de embuti-
ción a fase de corte

El solver numérico empleado puede proporcionar múltiples tipos de resul-
tados. Se emplean específicamente las bases de datos de resultados RCFORC
y BNDOUT, destinadas a registrar las fuerzas de reacción resultantes del
movimiento impuesto a las herramientas. De estos archivos se obtienen datos
en función del tiempo. Por otro lado, los datos experimentales se obtienen
directamente en función del desplazamiento del punzón. Para establecer una
correlación precisa entre ambos conjuntos de datos, es necesario extraer la
historia de desplazamiento nodal. Dado que el punzón se define como un ma-
terial rígido, todos sus nodos experimentan un desplazamiento idéntico. Al
disponer simultáneamente de los datos de desplazamiento y fuerza y corre-
lacionarlos mediante la variable temporal común, se genera la curva fuerza
versus desplazamiento del punzón. Estas curvas servirán para evaluar tanto
la cinemática del proceso como de las fuerzas involucradas en ello.

Además del análisis de las fuerzas que intervienen en el proceso de embu-
tición, resulta esencial disponer de un modelo numérico capaz de reproducir
tanto la configuración geométrica final de la pieza como el estado tensional
alcanzado tras el conformado. Para ello se emplea una herramienta avanza-
da que permite enlazar diferentes fases de cálculo de manera coherente 18.
Mediante esta interfaz se logra almacenar con precisión los campos de ten-
siones y deformaciones, de modo que pueden recuperarse posteriormente en
simulaciones secuenciales. Este procedimiento posibilita una representación
detallada del historial mecánico del material, reflejando fielmente la evolu-
ción de las tensiones y deformaciones acumuladas en las etapas anteriores del
análisis.

El archivo dynain generado por esta interfaz es esencial para capturar
y restablecer estos estados intermedios. Este archivo contiene información

17*CONTROL_TERMINATION: condición de terminación del cálculo
18*INTERFACE_SPRINGBACK_LSDYNA: interfaz para transferencia de resultados en cadenas

de simulaciones.
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exhaustiva que define completamente el estado mecánico y geométrico del
modelo en un instante específico de la simulación, permitiendo reanudar aná-
lisis posteriores con elevada precisión. Las variables principales almacenadas
en el archivo dynain son:

Coordenadas nodales: Se almacenan las posiciones espaciales ac-
tualizadas (x, y, z) de todos los nodos, lo que permite reproducir con
exactitud la geometría deformada del modelo.

Desplazamientos nodales: Se registran los desplazamientos acumula-
dos por cada nodo respecto a su posición inicial, esenciales para evaluar
la deformación total experimentada.

Velocidades nodales: Estas variables definen las velocidades (vx, vy, vz)
de cada nodo al instante guardado, permitiendo la continuidad dinámi-
ca en análisis subsecuentes.

Aceleraciones nodales: Se incluyen, opcionalmente, para análisis di-
námicos específicos, representando la aceleración instantánea de cada
nodo.

Tensiones internas: Se almacenan los tensores de tensión internos
del material en los puntos de integración de los elementos finitos, regis-
trando su estado tensional completo para facilitar análisis posteriores
de tensiones residuales y recuperación elástica.

Deformaciones plásticas acumuladas (PEEQ): Las variables de
deformación plástica equivalente se guardan para cada elemento, pro-
porcionando información clave sobre el historial de deformación irre-
versible del material.

Historia del material (Variables internas de estado): Variables
como daño, endurecimiento isotrópico o cinemático, variables de estado
específicas de modelos avanzados de plasticidad (por ejemplo, Yoshida-
Uemori, Chaboche, Barlat-YLD2000), permitiendo mantener consisten-
cia precisa del comportamiento material.

Orientaciones locales y direcciones anisotrópicas: En materiales
anisotrópicos avanzados, se guardan también las direcciones locales de
anisotropía para conservar la correcta orientación material en simula-
ciones posteriores.

Temperaturas nodales y del elemento (si aplica): Cuando el aná-
lisis incluye efectos térmicos, se almacenan las temperaturas para cada
nodo o elemento, permitiendo considerar la influencia de la tempera-
tura en las propiedades del material y en su comportamiento mecánico
posterior.
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La Figura 3.2.9 presenta la geometría obtenida en el archivo dynain pos-
terior al proceso de embutición. Se observa un avance del borde (draw-in)
significativo en las áreas próximas a los frenos, lo cual indica una mayor mo-
vilidad del material en estas regiones, consecuencia directa del arrastre del
borde libre hacia el interior de la matriz. Por el contrario, en las esquinas se
aprecia un draw-in mínimo, manteniendo prácticamente su geometría inicial.
Esto evidencia una restricción considerable del flujo de material, atribuible
a la concentración del flujo en estas zonas, donde el material está sometido
predominantemente a compresión y se registra un aumento en su espesor.

Figura 3.2.9: Vista en planta de la lámina tras el proceso de embutición
profunda. Se observa una mayor penetración del material en la matriz en las
zonas próximas a los frenos, evidenciando un draw-in más acusado en estas
regiones. En contraste, las esquinas mantienen prácticamente su geometría
original.

3.2.10. Simulación numérica del proceso de corte horizontal
y vertical

Una vez finalizada la simulación numérica del proceso de embutición y
generado el archivo intermedio (dynain) se parte del mismo para iniciar la
siguiente etapa del proceso de fabricación: la operación de trimming o recorte.

Con el fin de mantener la precisión geométrica durante la eliminación de
material, se aplican procedimientos adaptativos que permiten una actuali-
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zación dinámica de la malla en función de la curvatura local 19. De manera
complementaria, se incorpora un mecanismo de verificación que evalúa de
forma automática la calidad de los elementos de tipo lámina, con el objetivo
de prevenir configuraciones invertidas o deformaciones excesivas que compro-
meterían la estabilidad del cálculo 20.

El proceso de trimming se lleva a cabo a partir de una curva geométrica
externa, importada desde un archivo IGES, que define con precisión la trayec-
toria de recorte deseada sobre la pieza. Dicha curva interactúa con un punto
semilla, establecido en coordenadas globales, a partir del cual se propaga
la operación de recorte a lo largo de la superficie del modelo. La elimina-
ción de los elementos intersectados por esta trayectoria se activa mediante
una instrucción específica que suprime de manera permanente los elementos
afectados 21.

La pieza en estudio conlleva dos recortes, uno horizontal que genera el
borde (e) y los punzonados (recortes verticales) que lleva toda la cara superior
de la pieza, según la Figura 3.1.1.

Finalmente, tras las dos operaciones de trimming, se genera nuevamente
un archivo dynain actualizado de la pieza recortada para el siguiente paso.

La Figura 3.2.10 presenta la geometría obtenida en el archivo dynain
posterior al proceso de corte horizontal donde se ha eliminado el material
sobrante. La Figura 3.2.11 presenta la geometría posterior al proceso de corte
vertical donde se observa la geometría final de la pieza.

3.2.11. Análisis implícito y evaluación del springback

El solver implícito en Ls-Dyna constituye una herramienta fundamental
para resolver problemas estructurales no lineales en simulaciones numéricas
mediante el método de elementos finitos. A diferencia del enfoque explíci-
to, que calcula directamente las soluciones temporales a partir de incremen-
tos muy pequeños, el método implícito se basa en la búsqueda iterativa del
equilibrio interno en cada incremento de paso mediante técnicas numéricas
robustas como el método de Newton-Raphson. Esta característica le otorga
estabilidad numérica incondicional, permitiendo utilizar pasos de tiempo ma-
yores, lo que lo hace particularmente adecuado para análisis cuasi-estáticos
y procesos con cargas lentas, típicos en ensayos estructurales o procesos de
conformado metálico. La eficiencia computacional del solver implícito radi-
ca precisamente en su capacidad de cubrir grandes intervalos temporales o
cargas de manera precisa, a pesar de que cada incremento implique la so-
lución de un sistema global de ecuaciones, operación intensiva en términos

19*CONTROL_ADAPTIVE_CURVE: control adaptativo de la malla basado en curvatura
20*CONTROL_CHECK_SHELL: comprobación de calidad de elementos shell
21*ELEMENT_TRIM: permite activar o desactivar elementos de la malla durante la simula-

ción para representar cortes, eliminación de material o cambios geométricos.
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Figura 3.2.10: Vista en planta de la lámina tras el proceso corte horizontal.

Figura 3.2.11: Vista en planta de la lámina tras el proceso punzonado vertical.

computacionales.
Específicamente, en el contexto del conformado de chapas metálicas, la si-

mulación del fenómeno de springback o recuperación elástica post-conformado
resulta especialmente beneficiada por el uso del solver implícito. El spring-
back, que consiste en el reequilibrio estático de la pieza al liberar las ten-
siones internas generadas durante el conformado plástico, requiere obtener
soluciones estáticas precisas libres de efectos dinámicos indeseables. En este
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escenario, el solver implícito ofrece ventajas significativas, ya que encuentra
directamente el equilibrio final de tensiones internas, evitando las oscilaciones
y el amortiguamiento numérico excesivo que serían inevitables con el solver
explícito. Ls-Dyna facilita la aplicación de este método mediante funciones
específicas que permiten realizar transiciones eficientes entre las etapas ex-
plícitas iniciales (para simular el conformado dinámico) e implícitas finales
(para calcular el springback estático), integrando ambas fases de simulación
con precisión y efectividad computacional.

El control del paso temporal en LS-DYNA se realiza de forma automa-
tizada mediante una opción que ajusta dinámicamente el tamaño de cada
incremento en función del éxito o fracaso de la convergencia de la solución 22.
Gracias a la estabilidad inherente del esquema implícito, el esfuerzo compu-
tacional puede concentrarse en la resolución de las no linealidades presentes
en el problema: geométricas, derivadas de grandes deformaciones; materia-
les, vinculadas a comportamientos plásticos o viscoelásticos; y de contacto,
asociadas a metodologías como penalización, Mortar o tied. Esto permite al-
canzar un equilibrio eficiente entre estabilidad numérica y coste de cálculo,
sin necesidad de recurrir a pasos temporales excesivamente reducidos.

Esta implementación se inicia mediante la incorporación del archivo dynain
de la última fase de corte. Aquí se proporciona el campo inicial preciso de
tensiones residuales y deformaciones plásticas acumuladas previas al spring-
back.

Se establecen restricciones de los grados de libertad23 en todos los nodos
correspondientes a la zona del útil de medición (descrito en la Figura 3.1.2)
donde la pieza real debe ir atornillada generando una unión rígida para eli-
minar posibles movimientos durante el análisis implícito. Estas restricciones
están aplicadas en 37 nodos específicos en las direcciones cartesianas X, Y y
Z, proporcionando estabilidad numérica y representatividad física del proceso
real.

En la configuración implícita del modelo se establece un tiempo total de
simulación de una unidad temporal, lo que permite fijar el horizonte de cálculo
de manera controlada 24. El proceso comienza con un paso temporal inicial
específico que regula la convergencia del esquema implícito 25. Asimismo, se
definen nuevamente los elementos tipo shell completamente integrados, con
el fin de reforzar la precisión del análisis, especialmente en lo referente a la
captura de deformaciones residuales asociadas al retorno elástico.

La salida de resultados se programa a intervalos de 0.2 unidades de tiem-

22*CONTROL_IMPLICIT_AUTO: control automático del paso en cálculos implícitos con ajus-
te dinámico

23*CONSTRAINED_COORDINATE
24*CONTROL_TERMINATION: condición de terminación del cálculo
25*CONTROL_IMPLICIT_GENERAL: parámetros generales del cálculo implícito; DT0=0.2:

valor inicial del paso
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po, lo que garantiza una resolución temporal adecuada para el análisis pos-
terior 26. De manera complementaria, se configuran parámetros adicionales
que permiten registrar con detalle los campos de tensiones y deformaciones a
lo largo del proceso 27. Esta configuración asegura una evaluación precisa de
la distribución de tensiones residuales y de las deformaciones tras el retorno
elástico, aspectos fundamentales para validar la exactitud del modelo.

Finalmente, la carga gravitatoria sobre la lámina se incorpora de manera
explícita, aplicando una aceleración estándar de 9,81 m/s2 en la dirección
negativa del eje Z 28. Este aspecto adquiere especial relevancia en paneles de
gran extensión o en componentes en los que el peso propio influye de manera
significativa en la deformación final, garantizando así que el modelo numérico
reproduzca con fidelidad las condiciones físicas reales.

3.3. Implementación numérica de los modelos cons-
titutivos de material estudiados en este traba-
jo

En la sección 2.4, se describieron las características básicas del comporta-
miento mecánico que los modelos constitutivos de material deben ser capaces
de reproducir para poder representar el fenómeno del (springback) correcta-
mente:

0. Propiedades elásticas fundamentales: determinan la cantidad ini-
cial de energía elástica almacenada.

I. Criterio de fluencia: indica cuándo comienza la deformación plástica.

II. Endurecimiento plástico: regula cómo evoluciona la resistencia del
material durante la deformación.

III. Degradación del módulo elástico: afecta la capacidad del material
para recuperar su forma original.

A partir de los distintos enfoques que los investigadores han propuesto
para cada uno de estos aspectos del modelizado, han surgido soluciones co-
merciales de implementación numérica que conforman modelos constitutivos
completos de material. En este trabajo de tesis, en el que se utiliza LS-Dyna,
se van a emplear dos modelos constitutivos de material, cuya evolución se

26*DATABASE_BINARY_D3PLOT: generación de archivos binarios con resultados tridimen-
sionales

27*DATABASE_EXTENT_BINARY: definición de las variables almacenadas en archivos bina-
rios

28*LOAD_BODY_PARTS: aplicación de cargas de cuerpo rígido o gravitatorias a partes de-
finidas
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describe en las secciones 2.4.5.1 y 2.4.5.2. La tabla 3.3.1 se repite a continua-
ción para la comodidad del lector, resumiendo los enfoques de modelizado
para cada uno de ellos:

Tabla 3.3.1: Características básicas de los modelos constitutivos empleados.

Característica Modelo 1 (MAT_133) Modelo 2 (MAT_242)

Propiedades elásticas RO, E, PR RO, E, PR
fundamentales
Criterio de fluencia YLD 2000 YLD 2000

Endurecimiento plástico Chaboche-Rousselier Yoshida-Uemori
(cinemático) (mixto)

Degradación del módulo elástico × Yoshida

3.3.1. Modelo de Material 1: MAT_133

El modelo MAT_133 implementa las propiedades elásticas fundamentales,
el criterio de fluencia según el planteamiento YLD2000 (sección 2.4.3.4) y
el endurecimiento plástico según el planteamiento de Chaboche-Rousselier
(sección 2.4.2.6). Carece de atención a la degradación del módulo elástico.

3.3.1.1. Determinación de parámetros e implementación en Ls-
Dyna

En esta sección se presentan los ensayos realizados para la determinación
de los parámetros que definen el modelo de plasticidad anisotrópica, así co-
mo el resto de parámetros que condicionan el comportamiento del material
empleado en la fabricación de la pieza estudiada.

El modelo de plasticidad anisotrópica YLD2000 requiere un conjunto es-
pecífico de parámetros anisotrópicos que deben determinarse experimental-
mente para cada material de interés. En su formulación original para condi-
ciones en el plano, el modelo emplea ocho coeficientes independientes, común-
mente denominados α1, α2, . . . , α8, los cuales definen las matrices de trans-
formación L′ y L′′ mencionadas en apartados anteriores. Estos coeficientes
encapsulan la anisotropía de la lámina en el plano de laminación, afectando
directamente las direcciones de laminación, transversal y diagonal. Su deter-
minación se basa en propiedades medibles del material, concretamente las
tensiones de fluencia en diferentes orientaciones y los coeficientes de aniso-
tropía plástica r (valores de Lankford).

De manera práctica, la identificación de los parámetros del modelo se
fundamenta en los siguientes datos experimentales clave:
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Tensión de fluencia uniaxial en dirección de laminación (σ0) y
su coeficiente de anisotropía r0, obtenidos mediante ensayos de tracción
en probetas orientadas a 0◦ respecto a la dirección de laminación.

Tensión de fluencia uniaxial a 45◦ (σ45) y coeficiente r45, proce-
dentes de ensayos en dirección diagonal.

Tensión de fluencia uniaxial en dirección transversal (σ90) y
coeficiente r90, a partir de ensayos a 90◦.

Tensión de fluencia en carga biaxial equilibrada (σb) y coefi-
ciente rb, determinados mediante ensayos biaxiales, como el ensayo de
abombamiento hidráulico (bulge test) o mediante probetas cruciformes
en dispositivos de tracción biaxial.

Ensayos de tracción: Para la determinación de parámetros en este tra-
bajo se han llevado a cabo ensayos de tracción cuasiestáticos a una tasa de
deformación nominal de 0,004 s−1 en tres orientaciones respecto a la dirección
de laminación (0◦, 45◦ y 90◦). Estos ensayos tienen como objetivo determi-
nar el comportamiento de endurecimiento por deformación, así como evaluar
la ortotropía planar del límite elástico y de los coeficientes de anisotropía
plástica de Lankford (valores-r), mostrados en las Tablas 3.3.2 y 3.3.3.

Tabla 3.3.2: Resumen de ensayos de tracción uniaxial

Módulo Límite Resistencia Elongación
Espesor elástico elástico a tracción uniforme

Orientación (mm) (GPa) (MPa) (MPa) ( %)
0◦ 0.8 167 358 718 46.9
45◦ 0.8 158 341 657 53.4
90◦ 0.8 152 337 678 55.1

Tabla 3.3.3: r al 20 % de Elongación y Anisotropia Normal

Espesor r0 r45 r90 rn

0.8 mm 0.93 1.29 0.80 1.077

Adicionalmente, con el fin de caracterizar la sensibilidad del material
a la velocidad de deformación, se realizan ensayos a tasas de deformación
aumentadas y reducidas en un factor de 10 respecto a la referencia, es decir, a
0,04 s−1 y 0,0004 s−1. Estas pruebas permitiren evaluar el efecto de la tasa de
deformación sobre la respuesta mecánica, proporcionando información clave,

100



3.3 Implementación numérica de los modelos constitutivos de material . . .
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Figura 3.3.1: Encapsulamiento de tasa de deformación

que el modelo MAT_133 es capaz de implementar. Estos resultados se muestran
en la Figura 3.3.1.

Ademas, se realiza un ensayo de tracción con probetas estranguladas, cu-
yo diseño geométrico está optimizado para inducir un estado de tensión en
deformación plana en la zona central de la probeta. Este ensayo permite obte-
ner datos experimentales en una trayectoria de carga de elevada triaxialidad,
contribuyendo a la calibración precisa de la superficie de fluencia en este ré-
gimen. La información obtenida se utilizará principalmente para ajustar el
tamaño relativo de la superficie de fluencia en condiciones de deformación
plana, mediante la modificación iterativa del exponente de la función de la
superficie de fluencia.

Para caracterizar de manera aproximada el comportamiento combina-
do de endurecimiento isotrópico-cinemático del material, se realizan ensayos
adicionales de tracción-compresión y compresión-tracción. Estos ensayos per-
miten capturar el comportamiento del material bajo cargas inversas, lo que
es esencial para describir la evolución del endurecimiento cinemático y su
interacción con el endurecimiento isotrópico.

Ensayo de expansión hidráulica: El ensayo de expansión hidráulica
se utiliza para obtener la curva de endurecimiento en un régimen de defor-
mación elevado, más allá de la máxima elongación uniforme alcanzable en los
ensayos de tracción. Este ensayo, como se muestra en la Figura 3.3.2, consiste
en inducir la expansión de una muestra circular fijada en un utillaje mediante
la aplicación de presión hidráulica controlada, generando una condición de
tensión biaxial en la lámina. Este ensayo permite obtener datos experimenta-
les de deformación y presión hasta niveles elevados de deformación plástica,
los cuales pueden transformarse en tensiones efectivas, proporcionando así
una referencia crítica para la identificación del modelo analítico de endure-
cimiento que mejor aproxime los amplios rangos de deformación. La tensión
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en equilibrio biaxial obtenida en este ensayo constituye una entrada clave
para la definición y calibración de la superficie de fluencia en condiciones de
tensión multiaxial.

Ensayo Miyauchi: Se lleva a cabo también un ensayo Miyauchi [96] mo-
dificado, diseñado específicamente para imponer condiciones de deformación
por cortante puro. Como se puede observar en la Figura 3.3.3, este ensayo
se basa en la utilización de una probeta con ranuras transversales ubicadas
estratégicamente en la zona central, las cuales favorecen la localización de
la zona de deformación a cortante puro. A partir de la carga registrada y la
geometría de la zona de corte, es posible determinar la resistencia al cortante
y la evolución de la tensión con la deformación equivalente. Esta informa-
ción es esencial para definir el límite elástico en cortante y calibrar la parte
de la superficie de fluencia asociada al estado de cortante puro. Además, el
comportamiento de endurecimiento en cortante podrá utilizarse como sopor-
te para extrapolar el endurecimiento determinado en tracción hacia estados
de deformación fuera de la trayectoria uniaxial. Las probetas se fabricarán a
partir de chapas cortadas a 45 ◦ respecto a la dirección de laminación, con el
fin de capturar correctamente los efectos de la anisotropía del material.

3.3.1.2. Parámetros del Modelo

Todos los parámetros del modelo propuesto han sido determinados me-
diante un proceso de optimización implementado con el software Optislang

Figura 3.3.2: Ensayo de expansión hidráulica : (a) Representación esquemá-
tica de una sección de una muestra deformada, sujeta en un dispositivo de
abombamiento hidráulico. (b) Componentes de tensión principal, σx y σy,
actuando sobre un elemento infinitesimal de membrana en el ápice de la
muestra. Imagen tomada directamente de [95]
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Figura 3.3.3: Esquema Test Miyauchi

[97], basado en los ensayos experimentales detallados previamente. Esta me-
todología asegura una calibración precisa y robusta de las variables internas,
optimizando la correlación entre los datos obtenidos de los ensayos y las
predicciones del modelo.

A continuación se detallan los parámetros del modelo de material en Ls-
Dyna en las Tablas 3.3.4 y 3.3.5 junto con la Figura 3.3.4

Tabla 3.3.4: Parámetros del modelo *MAT_BARLAT_YLD2000 para acero inoxi-
dable 1.4301. [C-R: Chaboche-Roussilier]

Categoría Parámetro Descripción Valor Unidades

General MID ID del material &blk1mid –
RO Densidad 7.80E-09 t/mm3

E Módulo Elasticidad 210000 MPa
PR Coef. Poisson 0.30 –
FIT Activación 0.0 –
BETA Endurecimiento 0.0 –
ITER Iteración plástica 0.0 –

Endureci-
miento

HARD Curvas Endurecimiento -2010 –

A Activación -5.0 –

End. Cine-
mático

C1 Coeficiente C-R 2.0 –

A1 Coeficiente C-R 344.017 MPa
C2 Coeficiente C-R 115.6781 –
A2 Coeficiente C-R 115.755 MPa

Continúa en la siguiente página
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Tabla 3.3.4: Parámetros del modelo *MAT_BARLAT_YLD2000 para acero inoxi-
dable 1.4301. [C-R: Chaboche-Roussilier]

Categoría Parámetro Descripción Valor Unidades

Criterio M Exp. del potencial plástico 6
de fluencia α1 Coeficiente alpha1 0.8982 –

α2 Coeficiente alpha2 1.0095 –
α3 Coeficiente alpha3 0.9007 –
α4 Coeficiente alpha4 0.9959 –
α5 Coeficiente alpha5 0.9879 –
α6 Coeficiente alpha6 1.0644 –
α7 Coeficiente alpha7 1.0172 –
α8 Coeficiente alpha8 0.9967 –

Opciones AOPT Ortropía global 2.0 –
OFFANG Orientación inicial 0.0 ◦

Direcciones A1, A2, A3 Vector dirección a 1.0, 0.0, 0.0 –
V1, V2, V3 Vector dirección v 0.0, 0.0, 0.0 –
D1, D2, D3 Vector dirección d 0.0, 1.0, 0.0 –

Tabla 3.3.5: Tabla de tasas de deformación y curvas asociadas.

Parámetro Descripción Valor

TBID ID de tabla de tasa 2010
SFA, OFFA Factores de escala –

Tasa de defor-
mación

Curva

0.00004 LCID 6611
0.0004 LCID 6612
0.004 LCID 6613
0.04 LCID 6614
0.4 LCID 6615
4.0 LCID 6619
40.0 LCID 6617
400.0 LCID 6618

Figura 3.3.4: Curvas de tension-deformación para diferentes tasas de defor-
mación (LCID 6611 a 6618).
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3.3.2. Modelo de Material 2: (MAT_242)

El modelo MAT_242 implementa las propiedades elásticas fundamentales, el
criterio de fluencia según el planteamiento YLD2000 (sección 2.4.3.4) y el
endurecimiento plástico según el planteamiento de Yoshida-Uemori (sección
2.4.2.5). La degradación del módulo elástico se modeliza según el enfoque de
Yoshida (2.4.4.2).

3.3.2.1. Determinación tradicional de parámetros e implementa-
ción en Ls-Dyna

El modelo MAT_242 en Ls-Dyna es un modelo constitutivo avanzado que
combina el criterio de fluencia anisotrópico Yld2000 con la ley de endureci-
miento cinemático no lineal de Yoshida-Uemori.
En el método tradicional, la calibración del modelo Yoshida-Uemori (YU)
requiere una batería de ensayos para aislar los diferentes aspectos del com-
portamiento del material.
Ensayo de tracción monotónica
Este ensayo proporciona la curva de fluencia y endurecimiento hasta grandes
deformaciones. A partir de esta curva se calibran parámetros isotrópicos,
como el límite elástico inicial y la ley de endurecimiento isotrópico (la tensión
de saturación Rsat y los coeficientes de una ley tipo Voce).
En el acero inoxidable 1.4301, la curva de tracción refleja un marcado en-
durecimiento por deformación, influido no solo por la acumulación de dislo-
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caciones, sino también por la transformación martensítica inducida (efecto
TRIP), que incrementa la resistencia con la deformación. El modelo YU,
en su formulación original, asume que el endurecimiento observado puede
representarse mediante componentes isotrópicos y cinemáticos clásicos, sin
incorporar explícitamente los cambios de fase. Esto supone ya un potencial
fuente de error si la calibración no consigue incorporar el efecto TRIP dentro
de los parámetros ajustados.
Ensayos de carga inversa (Cíclicos)
Estos ensayos son indispensables para calibrar los parámetros cinemáticos
que gobiernan el efecto Bauschinger, la evolución transitoria tras la inversión
de carga y la degradación del módulo elástico. Tradicionalmente, el ensayo
más informativo es el de tensión-compresión uniaxial en plano sobre probetas.
Idealmente, se realiza una tracción previa hasta cierto nivel de deformación
plástica, seguida de una compresión (inversión de la dirección de deformación)
en la misma probeta, registrando la caída de tensión de fluencia durante la
inversión y el posterior re-endurecimiento.
Estos datos permiten ajustar parámetros cinemáticos no lineales, como los
coeficientes de endurecimiento cinético y el tamaño de la superficie límite
en el modelo YU. Asimismo, mediante pequeños ciclos de carga-descarga
se puede caracterizar la reducción del módulo elástico con la deformación
plástica acumulada ajustando parámetros que controlan dicha degradación .
Otras pruebas alternativas
Dado que ejecutar ensayos de tensión-compresión puros en chapas delgadas
es experimentalmente complejo, en la práctica tradicional a veces se recurría
a ensayos alternativos, como pruebas de flexión-deflexión o de tensión cíclica
en probetas especializadas.
Por ejemplo, se ha utilizado flexión en V y medición de springback para inferir
indirectamente parámetros del modelo, o probetas de tracción especialmen-
te diseñadas (con láminas dobles adheridas o soportes laterales lubricados)
que permiten introducir compresión sin que ocurra pandeo . Cada método
alternativo ofrece datos parciales: la flexión cíclica impone deformaciones re-
lativamente pequeñas antes de la descarga (lo cual es limitado para capturar
plenamente el efecto Bauschinger), mientras que en ensayos de cortante cícli-
co las direcciones principales de tensión rotan durante la carga, complicando
la interpretación para una calibración puramente uniaxial [98].
Dificultades experimentales (ensayos tensión-compresión en lámi-
nas)
Un obstáculo mayor del método tradicional es la obtención de datos fiables
de tensión-compresión en chapa delgada sin que ocurra pandeo. El acero
1.4301 típicamente se lamina en espesores reducidos (aproximadamente 1
mm), lo que provoca que al intentar comprimir la probeta plana, ésta tienda
a inestabilizarse. La calibración manual tradicional asume disponer de curvas
completas de carga y descarga inversa; sin embargo, en la práctica “los en-
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sayos cíclicos de chapas delgadas son difíciles de realizar debido a problemas
de pandeo”.
Se han desarrollado dispositivos experimentales especiales para contrarrestar
el pandeo, como muestras laminadas adheridas con pegamento y arriostradas
(anti-buckling) . Estos métodos, utilizados en experimentos pioneros, tienen
sus propias desventajas: la fabricación de probetas laminadas adheridas es
compleja, el adhesivo puede alterar los resultados y es difícil detectar des-
prendimientos locales o pandeo interno durante el ensayo. Enfoques alternati-
vos, como intercalar la chapa entre láminas lubricadas más gruesas, permiten
introducir algo de compresión [98], pero introducen fricción y no garantizan
un estado de tensión uniaxial puro.
Fenómenos microestructurales no capturados
Una crítica frecuente a la calibración fenomenológica del modelo YU en aceros
austeníticos metastables como el 1.4301 es la ausencia de variables internas
que reflejen cambios de fase u otras evoluciones microestructurales. El mo-
delo se calibra como si el material fuera estable, ajustando parámetros para
reproducir la curva macroscópica sin modelizar las causas subyacentes.
En este tipo de material, durante la deformación plástica puede ocurrir la
transformación inducida de austenita a martensita (efecto TRIP), lo cual
incrementa la resistencia y el endurecimiento con la deformación. Este fe-
nómeno aporta endurecimiento adicional no atribuible a la acumulación de
dislocaciones y puede generar variaciones locales de tensión interna.
El modelo YU estándar no incluye explícitamente componentes para repre-
sentar la fracción de martensita u otras fases. En consecuencia, la calibración
tradicional intenta “absorber” el efecto TRIP dentro de los parámetros efec-
tivos, lo que puede conducir a parámetros no físicos o sensibles al rango de
calibración. Si se calibra con datos limitados, los parámetros resultantes po-
drían ser válidos solo para ese estado metalúrgico específico y fallar bajo otras
condiciones.
Identificación secuencial de parámetros e interdependencia
El modelo YU incluye numerosos parámetros. En una calibración con un
enfoque manual tradicional, estos se ajustan de forma secuencial, asumiendo
que cada uno controla una parte específica del comportamiento. No obstante,
estos parámetros son interdependientes, y ajustar uno puede afectar a otros.
Esta calibración secuencial puede llevar a un buen ajuste en una fase (por
ejemplo, la tracción) pero a un mal ajuste en la otra (compresión), espe-
cialmente si se fijaron parámetros subóptimos. Estudios recientes, como el
de Banerjee et al., compararon calibraciones manuales con optimizaciones
globales en distintos materiales, mostrando que la calibración manual falla
particularmente en la rama inversa para aceros de alta resistencia [99].
Además, debido a la complejidad del modelo (no linealidades acopladas), pue-
den existir múltiples combinaciones de parámetros que reproduzcan curvas
similares. Por ejemplo, Korkmaz et al. (2021) evidenciaron este problema de
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no unicidad en la calibración de YU. Esta ambigüedad dificulta la reproduci-
bilidad: distintos calibradores pueden obtener parámetros diferentes usando
los mismos datos si siguen estrategias distintas. La literatura destaca esta
sensibilidad, indicando que la calibración manual del modelo YU es compleja
[100].
En el capítulo 4, se propone un nuevo enfoque para obtener y calibrar los
parámetros del modelo, que constituye una de las aportaciones más relevantes
de este trabajo.

3.3.2.2. Parámetros del modelo

La parte del endurecimiento del modelo *MAT_242 se basa en la formula-
ción modificada de Yoshida-Uemori, que requiere la introducción de varios
parámetros materiales. En el Ls-Dyna Keyword, estos parámetros apare-
cen como: CB, Y, SC, K, RSAT, SB, H, C1 y C2. La degradación del modulo
de elasticidad queda modelizado por el parametro Ea definido y fijado en la
sección anterior y por el parámetro COE que sera calculado en el estudio. A
continuación, se describe el significado y la función de cada uno:

CB Representa el tamaño inicial de la superficie límite F (es el pará-
metro B en la formulación original). Determina la tensión máxima que
puede alcanzar el material bajo carga monótona si no hubiera efecto
Bauschinger. Suele ser mayor que la tensión de fluencia inicial Y , y
la diferencia CB − Y indica la capacidad de endurecimiento isotrópico
disponible.

Y es un parámetro de endurecimiento adicional. Define el tamaño de la
superficie interna de fluencia y participa en las ecuaciones que controlan
la evolución del retroesfuerzo respecto a la superficie de estancamiento.

SC Corresponde al módulo de endurecimiento cinemático primario (de-
notado C en muchas formulaciones). Controla la velocidad con que el
retroesfuerzo α evoluciona. Un valor alto produce endurecimiento ci-
nemático rápido; uno bajo da lugar a una evolución gradual del efecto
Bauschinger.

K Es el parámetro de velocidad del endurecimiento isotrópico (análo-
gamente al K en la ley de Voce). Regula cuán rápido el radio de la
superficie de fluencia R alcanza su valor de saturación Rsat. Valores
altos generan un endurecimiento rápido pero de corta duración; valores
bajos producen un endurecimiento más prolongado.

RSAT Representa el valor de saturación del endurecimiento isotrópico
Rsat, es decir, el incremento máximo que puede alcanzar la tensión de
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fluencia respecto a Y bajo deformación plástica infinita. Su valor afecta
directamente la predicción del springback.

SB Es el parámetro b de la formulación original de Yoshida-Uemori. Re-
presenta la magnitud del ablandamiento permanente tras una inversión
de carga. Es decir, cuánto disminuye la tensión de fluencia en dirección
opuesta después de una predeformación significativa. Si SB = 0, el
modelo no presenta ablandamiento permanente.

H Controla el estancamiento del endurecimiento tras una inversión de
carga. Valores más altos provocan una meseta de endurecimiento más
prolongada; valores bajos permiten una reactivación más rápida del
endurecimiento.

C1, C2 Corresponden a los parámetros adicionales C1 y C2 introduci-
dos en la ecuación 2.76 para mejorar la evolución del endurecimiento
isotrópico durante carga inversa .

COE Corresponden al parámetro ξ de la ecuación 2.74 siendo una cons-
tante adimensional que regula la velocidad de degradación.

La Tabla 3.3.7 muestra todos los parámetros necesarios para que *MAT_242
quede completamente definido.

Tabla 3.3.7: Parámetros del modelo Yoshida-Uemori en *MAT_242 de Ls-Dyna

Categoría Parámetro Descripción Unidades

General MID ID del material –
RO Densidad del material t/mmş
E Módulo de Young E MPa
PR Coeficiente de Poisson ν –

Criterio M Exp. del potencial plástico –
de fluencia α1 Coeficiente alpha1 -
(YLD2000) α2 Coeficiente alpha2 -

α3 Coeficiente alpha3 -
α4 Coeficiente alpha4 -
α5 Coeficiente alpha5 -
α6 Coeficiente alpha6 -
α7 Coeficiente alpha7 -
α8 Coeficiente alpha8 -

Continúa en la siguiente página
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Tabla 3.3.7: Parámetros del modelo Yoshida-Uemori en *MAT_242 de Ls-Dyna

Categoría Parámetro Descripción Unidades

YU CB Parámetro B en las ecuacio-
nes de Yoshida

MPa

Y Parámetro de endurecimiento MPa
SC Parámetro c en Yoshida-

Uemori
–

K Parámetro de endurecimiento MPa
RSAT Parámetro de endurecimiento

en saturación
MPa

SB Parámetro b en Yoshida –
H Parámetro adicional de estan-

camiento
–

C1 Constante en la ecuación mo-
dificada del endurecimiento

–

C2 Exponente en la ecuación mo-
dificada del endurecimiento

–

Degradación
Modulo

EA Módulo elástico saturado –

COE Parámetro ζ que controla el
cambio de E

–

Opciones AOPT Ortropía global –
IOPT Modelo cinemático (0: Yoshi-

da, 1: modificado)
–

Direcciones A1, A2, A3 Vector dirección a -
V1, V2, V3 Vector dirección v -
D1, D2, D3 Vector dirección d -
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Propuesta de mejora del
proceso de calibración del
modelo Yoshida-Uemori para
el endurecimiento y la
degradación del módulo
elástico

La calibración tradicional del modelo YU típicamente se realiza ajustando sus
parámetros a datos experimentales obtenidos de ensayos mecánicos controla-
dos, tal como se describe en el capítulo 3. En general, esto involucra ensayos
de tracción monotónica para caracterizar el endurecimiento isotrópico, segui-
dos de ensayos de carga-descarga cíclica (idealmente tracción-compresión en
plano) para capturar el efecto Bauschinger y el componente cinemático de
endurecimiento. El enfoque tradicional suele consistir en métodos manuales
o secuenciales de identificación de parámetros: por ejemplo, ajustar primero
la curva de tensión-deformación en tracción (para parámetros isotrópicos co-
mo la tensión de fluencia inicial y la saturación de endurecimiento) y luego,
manteniendo esos valores, ajustar los parámetros cinemáticos utilizando la
rama de inversión (compresión) de los datos del ensayo tracción-compresión.

4.1. Limitaciones del enfoque tradicional para la
calibración del modelo de Yoshida

La implementación de aspectos avanzados de modelos constitutivos, como
el modelo Yoshida-Uemori (YU), en contextos industriales presenta desafíos
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considerables debido a la complejidad intrínseca y al elevado costo asociado
con los ensayos experimentales necesarios para su calibración. Dichas dificul-
tades implican inversiones económicas significativas y tiempos extensos de
ejecución, factores que limitan considerablemente su adopción en procesos
industriales con restricciones presupuestarias y temporales.
La adquisición de equipos para ensayos mecánicos representa una inversión
considerable. Las máquinas universales de ensayo (UTM) adecuadas para la
caracterización de materiales metálicos suelen tener altos costes dependiendo
de sus especificaciones técnicas y capacidades de carga.
Desde el punto de vista técnico, la ejecución de ensayos específicos, tales co-
mo ensayos cíclicos de tracción-compresión en chapas delgadas, plantea retos
significativos debido a fenómenos como el pandeo, que requieren la utilización
de soluciones complejas como dispositivos anti-pandeo o muestras adheridas
mediante técnicas especiales. Estas soluciones introducen variables adiciona-
les que pueden influir en la precisión y reproducibilidad de los resultados
obtenidos.
Alternativamente, la externalización de estos ensayos a laboratorios especiali-
zados implica gastos elevados por muestra. Estos costos pueden incrementarse
considerablemente debido a gastos adicionales relacionados con el transporte
de muestras, extensos tiempos de espera y posibles retrasos en los calenda-
rios productivos. Tales costos adquieren mayor relevancia cuando se conside-
ran las múltiples muestras necesarias para lograr una calibración precisa y
completa del modelo. Además, la implementación de equipos especializados,
como sistemas anti-pandeo requeridos para ensayos de compresión en cha-
pas metálicas delgadas, demanda diseños personalizados, lo que incrementa
considerablemente el costo total.
La realización adecuada de estos ensayos exige personal altamente especiali-
zado, capaz de operar equipos sofisticados y analizar correctamente los datos
generados. La necesidad de contar con expertos en ciencia de materiales, téc-
nicos experimentados y analistas especializados incrementa los costos operati-
vos, representando así una barrera adicional, particularmente para pequeñas
y medianas empresas.
El proceso de calibración del modelo YU no solo implica costos significativos,
sino que también requiere una considerable inversión de tiempo. La secuencia
completa de ensayos, que incluye desde ensayos monotónicos hasta ciclos
complejos de carga inversa, demanda una planificación rigurosa y extensos
períodos dedicados al análisis de resultados y ajustes posteriores. Este proceso
puede prolongarse durante semanas o incluso meses, dependiendo tanto de
la disponibilidad de equipos como del grado de complejidad del material en
estudio.
Estas exigencias económicas y temporales constituyen barreras sustanciales
para la adopción generalizada del modelo YU en el sector industrial. En
particular, empresas con recursos limitados pueden considerar inviable la
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aplicación de modelos constitutivos avanzados debido al alto costo y comple-
jidad de los ensayos requeridos. Como resultado, se limita la capacidad de las
industrias para mejorar significativamente la precisión en la predicción del
comportamiento de los materiales y optimizar sus procesos productivos.

4.2. Motivación y objetivos específicos de la Pro-
puesta

Debido a la complejidad y los elevados costos asociados a la calibración ex-
perimental convencional del modelo Yoshida-Uemori (YU), este trabajo pro-
pone una metodología híbrida basada en técnicas de optimización inversa.
La optimización inversa consiste en un enfoque en el que los parámetros de un
modelo numérico, como el modelo YU, no se obtienen directamente a partir
de ensayos experimentales específicamente diseñados para medirlos, sino que
se determinan ajustando los resultados del modelo para que reproduzcan
con la mayor fidelidad posible los datos experimentales disponibles. Cuanto
mayor sea la cobertura de los ensayos sobre el espacio de diseño, mayor será
la precisión y capacidad de generalización del modelo optimizado.
La principal ventaja de este enfoque es la posibilidad de obtener conjuntos
de parámetros precisos con un número reducido de ensayos experimentales,
lo que implica una reducción significativa de los costos y tiempos asociados
a la calibración.
El objetivo específico de este trabajo es minimizar la dependencia de ensayos
cíclicos directos mediante el uso eficiente de algoritmos heurísticos y técnicas
avanzadas de análisis de datos experimentales.
Con este propósito, se proponen dos geometrías obtenidas a partir de pro-
betas extraídas directamente de los formatos utilizados en producción. La
primera corresponde a la geometría tipo U, comúnmente empleada en la ex-
perimentación de modelos de springback. La segunda, denominada geometría
tipo W, representa una propuesta novedosa obtenida mediante una modifi-
cación mínima en el troquel original. Esta adaptación permite generar una
nueva zona de reembutición en la probeta, aumentando así la complejidad del
estado de deformación evaluado. Ambas geometrías se ilustran en la Figura
4.2.1.
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a)

b)

Figura 4.2.1: Geometrías propuestas para la caracterización numérica del
1.4301: a) geometría tipo U, de uso común en la literatura; b) geometría tipo
W, con una zona adicional de reembutición para aumentar la complejidad
del estado de deformación.

4.3. Nueva propuesta de diseño experimental

Se ha desarrollado un ensayo experimental específico cuyo objetivo principal
es someter al acero inoxidable austenítico 1.4301 con espesor nominal de
0.8 mm, a una amplia gama de estados tensionales para provocar diversos
grados de springback. Esta estrategia experimental permite recopilar datos
experimentales extensos y variados, necesarios para la posterior optimización
mediante simulaciones numéricas avanzadas orientadas a la determinación
precisa de los parámetros del modelo de endurecimiento Yoshida-Uemori.
Para alcanzar estos objetivos se ha diseñado y construido un utillaje mo-
dular con gran versatilidad, que permite obtener dos geometrías diferencia-
das, denominadas geometrías U y W. Estas geometrías, al generar diferentes
estados de deformación y tensiones en el material, proporcionan escenarios
complementarios y exhaustivos para evaluar el comportamiento mecánico del
material ante distintos patrones de tensión-deformación.
El diseño modular del utillaje incluye una matriz que admite la variación
del radio de curvatura en tres configuraciones diferentes. Esta característica
modular es crucial para analizar cómo varían las tensiones y la deformación
plástica en función del radio, lo que a su vez incide directamente sobre el grado
y distribución del springback experimentado por las piezas conformadas.
Asimismo, el utillaje dispone de un mecanismo de frenado que aplica dos
niveles distintos de fuerza (BHF) sobre la chapa durante el proceso de embu-
tición. Esto permite controlar el flujo del material hacia la matriz, afectando
directamente a la distribución de tensiones residuales y, en consecuencia, al
retorno elástico final de la pieza conformada.
Adicionalmente, los ensayos se han llevado a cabo empleando dos velocida-
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des diferentes del punzón. Esta variable permite investigar la influencia de la
velocidad de deformación sobre la respuesta mecánica del material, en parti-
cular sobre la distribución de tensiones, los patrones de deformación plástica
y, especialmente, sobre la magnitud y la variabilidad del springback obtenido
en las geometrías analizadas.
Finalmente, las probetas se han extraído del formato original del material en
tres ángulos distintos respecto a la dirección de laminación (0◦, 45◦ y 90◦),
facilitando un análisis exhaustivo de la influencia de la anisotropía en los
patrones de deformación y en la magnitud del springback.
En resumen, la combinación estratégica de variables experimentales; geome-
trías U y W, radios de curvatura variables, niveles diferenciados de fuerza
en el freno, velocidades del punzón y orientación de las probetas, configura
un experimento robusto, integral y versátil que permitirá obtener una base
de datos sólida para una optimización exhaustiva vía simulación, encamina-
da a determinar con precisión los parámetros del modelo de endurecimiento
Yoshida-Uemori aplicable al acero inoxidable tipo 1.4301. En la Tabla 4.3.1
se muestran los diferentes ensayos y muestras.

Tabla 4.3.1: Configuración experimental del ensayo de embutición

U W

BHF: 500 N BHF: 1000 N BHF: 500 N BHF: 1000 N
Velocidad Ángulo R5 R8 R12 R5 R8 R12 R5 R8 R12 R5 R8 R12

100 mm/min
0◦ 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3
45◦ 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3
90◦ 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3

200 mm/min
0◦ 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3
45◦ 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3
90◦ 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3 3

4.3.1. Diseño y fabricación del útil de conformado para el
nuevo ensayo experimental

El proceso de embutición requiere el uso de un útil específicamente diseña-
do para transformar la probeta de forma controlada, asegurando la calidad
dimensional, superficial y la repetibilidad de las piezas obtenidas. En esta
sección se proporciona una descripción detallada y clara del conjunto utiliza-
do durante el proceso de embutición; en la Figura 4.3.1 se presenta una vista
general del útil, compuesto principalmente por los siguientes elementos:

Punzón: presenta una geometría específica adaptada a la forma final
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Figura 4.3.1: Vista General del Util de Embutición
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deseada de la pieza embutida. Este componente es común para ambas
geometrías evaluadas (se muestra en rojo en la Figura 4.3.1).

Matriz: dispone de una geometría interna complementaria a la del
punzón. Mediante la colocación o ausencia de un inserto se obtiene la
geometría en U o en W, respectivamente (se muestra en morado en la
Figura 4.3.1).

Pisador: su función principal es sujetar firmemente la chapa durante
la embutición, lo cual realiza mediante la fuerza de pisado (BHF, por
sus siglas en inglés Blank Holder Force) (se muestra en verde en la
Figura 4.3.1).

Además de estos elementos, el útil consta de un chasis inferior que soporta
los distintos componentes de la matriz y sirve como base de contacto con
la máquina universal, donde será operado el útil. Posee también un chasis
superior que sostiene el punzón, encargado a su vez de desplazar los frenos
y establecer contacto con la cabeza móvil de la máquina universal. Cuatro
cilindros verticales calibrados, junto con rodamientos lineales, aseguran un
desplazamiento vertical preciso del punzón. Finalmente, varias piezas impre-
sas en 3D cumplen la función de centrar las probetas y posicionar los muelles
que facilitan el retorno del punzón a su posición inicial.

4.3.1.1. Parametrización del útil

La herramienta permite dos configuraciones para generar ambas geometrías.
En la configuración destinada a la geometría en U, el espacio debajo del pun-
zón permanece despejado. Por otro lado, para la configuración de la geometría
en W, se coloca sobre el chasis inferior un inserto adicional que forma parte
integral de la matriz. Ambas configuraciones pueden observarse claramente
en la Figura 4.3.2.

a) b)

Figura 4.3.2: Configuraciones adaptables para la generacion de : a) geometría
tipo W; b) geometría tipo U.
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La matriz está compuesta por tres piezas principales(junto con otras tres
simétricas respecto al plano medio del útil de embutición). Estas piezas in-
cluyen dos elementos laterales(A) y uno central intercambiable(B). La pieza
central es la matriz propiamente dicha, siendo la única que mantiene contacto
directo con la probeta durante el proceso. Existen tres variantes intercambia-
bles de esta pieza central(B), cada una con un radio de entrada diferente: 5
mm, 8 mm y 12 mm. Las piezas laterales(A) no interactúan directamente con
la probeta, sino que forman parte del sistema que sostiene el pisador(C).Di-
chas piezas laterales contienen cuatro pines(G) verticales en los cuales se
inserta el pisador (C) restringiendo su desplazamiento solo al eje vertical.
El pisador (C) consiste en un prisma rectangular provisto de cuatro orificios
pasantes. La tolerancia dimensional entre los pines(G) y estos orificios se ha
determinado cuidadosamente para lograr un ajuste deslizante preciso, que
permita un movimiento axial suave del pisador sin generar holguras aprecia-
bles. Esta característica se obtiene mediante un ajuste deslizante con holgura
mínima.
La fuerza ejercida por el pisador se controla mediante un conjunto de muelles
(E), los cuales se comprimen por la acción del puente(D). Una vez fijado en
su posición, el puente mantiene constante la distancia respecto al pisador.
Para obtener distintas fuerzas de pisado, se han diseñado dos tacos(F) de
diferentes alturas internas que posicionan los muelles bajo el puente y varían
la compresión de estos, permitiendo así obtener fuerzas específicas de 500
N y 1000 N. La Figura 4.3.3 muestra un esquema detallado de todos estos
componentes.
A continuación, en la Figura 4.3.4 se muestra un esquema con las dimensio-
nes funcionales más relevantes del útil, detallando las posiciones críticas, la
holgura matriz-punzon durante el proceso de embutición.

4.3.1.2. Fabricación del útil y preparación de muestras

El útil empleado en esta investigación ha sido fabricado utilizando acero
para herramientas 1.2379 (X153CrMoV12), caracterizado por su excelente
resistencia al desgaste, elevada dureza tras tratamiento térmico y buena es-
tabilidad dimensional. Este acero es ampliamente utilizado en la fabricación
de troqueles, matrices y herramientas de corte debido a su capacidad para
mantener propiedades mecánicas excepcionales bajo condiciones severas de
trabajo.
La fabricación del útil se llevó a cabo mediante procesos de mecanizado de alta
precisión en máquinas CNC avanzadas, asegurando tolerancias dimensionales
del orden de ±0, 01mm. Estas tolerancias garantizan un ajuste preciso entre
los componentes del útil y, en consecuencia, un rendimiento óptimo durante
los ensayos experimentales.
En cuanto al acabado superficial, las superficies del útil en contacto direc-
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Figura 4.3.3: Esquema detallado del conjunto matriz-pisador, mostrando la
disposición de las piezas principales: elementos laterales (A), matriz inter-
cambiable (B), pisador (C), puente (D), muelles (E), tacos reguladores de
altura (F), pines guía (G),probeta(H) en su posicion incial e inserto adicio-
nal (I) utilizado únicamente para la embutición de la geometría W.

to con la probeta fueron sometidas a un proceso de rectificado , alcanzando
valores específicos de rugosidad superficial comparables a los utilizados ha-
bitualmente en troqueles industriales de alta precisión (ver Tabla 4.3.2). En
particular, la matriz y el pisador alcanzaron una rugosidad promedio (Ra)
de 0, 08µm, mientras que el punzón presentó un valor ligeramente superior
de 0, 16µm.
Posteriormente al mecanizado, las superficies críticas del útil fueron someti-
das a un tratamiento térmico superficial mediante nitruración, con el objetivo
de incrementar sustancialmente su dureza superficial y resistencia al desgas-
te. Este tratamiento es fundamental para prolongar la vida útil del útil y
mantener la integridad dimensional bajo condiciones de carga repetitiva y
esfuerzos mecánicos elevados.
Finalmente, se realizaron mediciones dimensionales para verificar que todas
las dimensiones críticas del útil cumplen con las tolerancias especificadas,
garantizando así la calidad y reproducibilidad requeridas en las pruebas ex-
perimentales.
Las probetas utilizadas en esta investigación fueron fabricadas mediante cor-
te por chorro de agua, garantizando una precisión dimensional elevada y
evitando cualquier alteración térmica o estructural del material base. Las di-
mensiones finales de las probetas fueron de 300× 30mm,asegurando además
que todas ellas provinieran del mismo lote de fundición de acero, con el fin
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55 mm

34 mm2 mm

Figura 4.3.4: Esquema de dimensiones funcionales del utillaje de embutición
utilizado para la obtención de probetas U y W. Se especifican posiciones
críticas, destacando que los radios de redondeo son 5 mm excepto los de la
matriz intercambiable que son de 5 mm,8 mm y 12 mm.La holgura matriz-
punzón es de 2 mm.

Tabla 4.3.2: Rugosidad superficial de las piezas del troquel

Pieza del troquel Rugosidad promedio Ra [ţm] Acabado

Punzón 0.16 Rectificado
Matriz 0.08 Rectificado
Pisador 0.08 Rectificado

de minimizar variaciones composicionales y microestructurales que pudieran
influir en los resultados experimentales.
Las probetas utilizadas en esta investigación fueron fabricadas mediante un
proceso de corte por chorro de agua, garantizando una precisión dimensional
elevada y evitando cualquier alteración térmica o estructural del material
base. Las dimensiones finales de las probetas fueron de 300 × 30mm, ase-
gurando además que todas ellas provinieran del mismo lote de fundición de
acero con el fin de minimizar variaciones composicionales y microestructura-
les que pudieran influir en los resultados experimentales. Las probetas fueron
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extraídas en tres direcciones específicas respecto a la dirección de laminación
del material base: 0◦, 45◦ y 90◦.
La Figura 4.3.5 presenta una fotografía del útil fabricado y completamente
ensamblado, dispuesto sobre la máquina universal utilizada en los ensayos
experimentales. En ella puede observarse claramente la posición relativa de
los componentes principales, así como la integración precisa del conjunto en
el equipo de ensayo.

Figura 4.3.5: Fotografía del útil completamente ensamblado y posicionado
en la máquina universal, mostrando la disposición final de los componentes
principales utilizados en los ensayos experimentales.

4.3.2. Procedimiento de conformado y recuperación Elástica

El procedimiento experimental del util diseñado para esta investigación se
divide en dos fases claramente diferenciadas: la fase de Precarga de Pisadores
y la fase de Conformado propiamente dicha.
En la fase de precarga de pisadores (ver Figura 4.3.6, etapa a)), la probeta
se introduce inicialmente en la matriz, siendo centrada con precisión gra-
cias a los posicionadores (J). Sobre la probeta se colocan secuencialmente
los pisadores, los tacos configurados según la variante de ensayo elegida, los
muelles correspondientes y finalmente el puente. Posteriormente, se coloca
un distanciador (K) sobre el puente.
A continuación, el punzón comienza su descenso (Figura 4.3.6, etapa b)),
desplazando el distanciador, lo que a su vez empuja al puente hasta alcanzar
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K

L
J

a) b) c) d)

Figura 4.3.6: Esquema ilustrativo del procedimiento experimental de con-
formado: a) posicionamiento inicial de la probeta, pisadores, tacos, muelles,
puente y distanciador; b) descenso del punzón desplazando el distanciador
y posicionando el puente; c) retirada del distanciador y posicionamiento del
punzón sobre la probeta previo al conformado; d) desplazamiento final del
punzón para inducir la deformación plástica de la probeta.

la posición predeterminada. En este momento, el puente se fija firmemente
a los elementos laterales de la matriz mediante el tornillo (L). Finalmente,
se retira el distanciador y se posiciona adecuadamente el punzón sobre la
probeta, quedando listo el conjunto para iniciar la segunda fase (Figura 4.3.6,
etapa c)).
Durante la fase de conformado, el punzón es desplazado en dirección vertical
a lo largo de 55 mm hacia la matriz, con una velocidad seleccionada especí-
ficamente según la configuración del ensayo en cuestión.En la Figura 4.3.6,
etapa d) se puede apreciar el punzón en su posición final.
En la Figura 4.3.7 se presentan las dos probetas, tipo U y tipo W, tras ha-
ber sido extraídas del útil de conformado. En esta imagen pueden apreciar-
se claramente las diferencias geométricas obtenidas después del proceso de
deformación, permitiendo una comparación visual directa entre ambas confi-
guraciones. Además, junto a cada probeta se encuentra la etiqueta utilizada
para su identificación y trazabilidad durante el estudio.
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Figura 4.3.7: Probetas tipo U y tipo W tras su extracción del útil, mostrando
su estado final después del proceso de conformado, junto con las etiquetas
empleadas para su trazabilidad

4.4. Medición experimental de probetas mediante
Visión Artificial

Una vez completado el proceso de conformado de las probetas metálicas, re-
sulta indispensable cuantificar de manera precisa las dimensiones y perfiles
geométricos obtenidos, ya que estos parámetros constituyen las variables ob-
jetivo fundamentales para la posterior optimización numérica y validación
experimental.
En este contexto, el empleo de técnicas de estimación robusta de paráme-
tros basadas en visión artificial proporciona una herramienta clave para la
medición precisa, rápida y reproducible de las características geométricas de
las probetas. Estas técnicas permiten capturar y analizar grandes volúme-
nes de información con alta resolución, minimizando errores y asegurando
consistencia en las mediciones.
El objetivo principal del presente capítulo es describir la metodología im-
plementada para la caracterización geométrica experimental de las probetas
conformadas, mediante el uso de un sistema de visión artificial. La informa-
ción obtenida a partir de estas mediciones se utilizará para construir una
base de datos experimental sólida, que posteriormente alimentará algoritmos
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avanzados de optimización destinados a ajustar el modelo numérico de YU.
Para definir geométricamente las probetas se han elegido tres variables, dife-
rentes, para cada una de las geometrías U y W. En las Figuras 4.4.1 y 4.4.2
se definen todas las variables extraídas de las probetas. Para la geometría U
se han elegido como variables idóneas para describir la geometría θO12, θF2Hz

y ρABC . Estas tres variables son bien conocidas para este tipo de geometría
dentro de este campo de estudio. En cambio, para el tipo W, dada la novedad
de esta geometría, se han seleccionado θO12, θc3c2 y θV 2F .

O 1

A

B

C

2 Hz

F

θF2Hz

θO12 ρABC

Figura 4.4.1: Variables seleccionadas para describir la geometría U: θO12,
θF2Hz y ρABC .

O

θO12

c3
c2

1

A

θc3c2

V

2

θV 2F

c1
C

F

Figura 4.4.2: Variables seleccionadas para describir la geometría W: θO12,
θc3c2 y θV 2F .

4.4.1. Escaneado Digital del Perfil 2D

Dado que las probetas analizadas no sufren deformaciones fuera del plano,
observándose un perfil longitudinal que permanece uniforme a lo largo de su
sección transversal por lo que la caracterización geométrica de las muestras
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analizadas resulta suficientemente precisa al utilizar únicamente su perfil bi-
dimensional, simplificando así el análisis posterior y garantizando precisión
en los resultados obtenidos. Este perfil está contenido íntegramente en un
solo plano, lo que convierte al escáner comercial de cama plana en una herra-
mienta ideal para este propósito, gracias a su capacidad intrínseca de capturar
imágenes bidimensionales con alta resolución.
En este capítulo se describe detalladamente la metodología empleada para
utilizar un escáner comercial de cama plana como máquina de medición por
coordenadas bidimensionales, capaz de ofrecer mediciones dimensionales con
trazabilidad metrológica.
Para llevar a cabo la medición precisa del perfil bidimensional mediante digi-
talización óptica, se ha implementado un procedimiento que combina técnicas
de impresión láser, escaneo digital de alta resolución y calibración óptica me-
diante marcadores fiduciales basados en el sistema ArUco [101]. El objetivo
principal de este método es reducir la incertidumbre asociada a las medi-
ciones lineales realizadas sobre imágenes digitalizadas, garantizando un alto
nivel de precisión y repetibilidad en las dimensionales de las probetas.
La impresión de patrones de referencia y líneas para validación se ha realizado
con una impresora láser, HP LaserJet M209dw que posee una resolución
espacial nominal de 0,05 mm. Este valor establece una cota superior para el
error sistemático inherente a la generación física de patrones.
Para llevar a cabo la digitalización precisa de los patrones impresos y del perfil
de las probetas, se utilizó un escáner EPSON Perfection V39 II, configurado
para proporcionar una resolución efectiva de 9924×14027 píxeles en un área
equivalente al formato estándar A4 (210 Œ 297 mm). Esta configuración
asegura un tamaño de píxel aproximado de 0,02 mm, permitiendo así capturar
alrededor de 40 píxeles por cada espesor de probeta (0,8 mm).
La calibración espacial del sistema digital se realizó empleando patrones im-
presos tipo ArUco, compuestos por marcadores cuadrados especialmente di-
señados para garantizar una detección automática robusta y precisa. En el
presente estudio, se utilizaron tres marcadores ArUco, posicionados estratégi-
camente sobre la superficie destinada al escaneo con separaciones nominales
exactas de 180 mm en dirección horizontal y 70 mm en dirección vertical, tal
como se muestra en la Figura 4.4.3. Además, el patrón presenta un recorte
interno específicamente diseñado para facilitar el posicionamiento preciso de
la probeta objeto de medición y de su correspondiente etiqueta identificati-
va. Este diseño asegura un registro simultáneo de probeta y etiqueta en cada
medición, manteniendo una correspondencia inequívoca entre ambas.
Para garantizar la trazabilidad completa de las probetas analizadas, inmedia-
tamente después del proceso de embutición se adhiere a cada una de ellas una
etiqueta numerada. Esta numeración permite relacionar directamente cada
probeta con sus características específicas, tal como se detalla en la Tabla
4.3.1.
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Es importante destacar que el patrón permanece fijo sobre la superficie del
escáner durante todas las mediciones, siendo únicamente la probeta la que
se reemplaza. Este procedimiento contribuye significativamente a minimizar
posibles errores de posicionamiento y mejora la precisión del proceso de di-
gitalización.

15O

12O

80

50

20 60 150 240

Figura 4.4.3: Patrón ArUco empleado para la calibración del sistema de medi-
ción. Se observan los tres marcadores cuadrados dispuestos con separaciones
horizontales y verticales de 180 mm y 70 mm respectivamente, así como el
recorte interno que facilita el posicionamiento exacto de la probeta y su eti-
queta identificativa.

Para la calibración se aplican algoritmos de detección visual basados en la bi-
blioteca de visión computacional OpenCV [102] para identificar automática-
mente las esquinas internas de los marcadores ArUco. La localización de estas
esquinas se refina mediante métodos subpíxel (el algoritmo cornerSubPix de
OpenCV), lo que proporciona coordenadas precisas con incertidumbres infe-
riores al tamaño de píxel. A partir de estas coordenadas refinadas y conocidas
las distancias físicas reales entre marcadores, se calcula una transformación
afín bidimensional (escala independiente en los ejes X e Y, traslación y ro-
tación) que permite convertir distancias medidas en píxeles a dimensiones
reales expresadas en milímetros.
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La Tabla 4.4.1 muestra la precisión de medición en una configuración don-
de las distancias reales horizontales (180 mm) y verticales (70 mm) entre
marcadores ArUco (denominados Mark) son comparadas con valores medi-
dos. Los valores etiquetados como x y y representan desviaciones entre las
dimensiones reales del ArUco y las medidas obtenidas en los ejes horizontal
y vertical, respectivamente, mientras que los valores d indican desviaciones
en las diagonales. Observando los errores asociados a las distancias de refe-
rencia, se aprecia un error horizontal máximo absoluto cercano a 0.07 mm.
En la dirección vertical, el error se mantiene en torno a 0.015 mm, indicando
buena precisión. Las desviaciones en x y y muestran variabilidad leve entre
marcadores, con mayores errores registrados en las diferencias diagonales, su-
giriendo que la medición diagonal podría ser más sensible o influenciada por
errores acumulados en ambas direcciones. En general, la medición muestra
precisión adecuada para la medicion de los perfiles bidimensionales.

Ref Patrón 1 Patrón 2
180 179.95402 180.07087
error -0.04598 0.07087
70 70.01463 70.01378
error 0.01463 0.01378

Mark 0 Mark 0
x1 0.12274 0.09189
x2 0.09728 0.06166
y1 -0.09723 -0.09941
y2 -0.07073 -0.07878
d1 -0.03411 -0.05427
d2 0.07115 0.03700

Mark 1 Mark 1
x1 0.07488 0.08277
x2 0.01806 0.01305
y1 -0.07597 -0.09480
y2 -0.12804 -0.14584
d1 -0.08710 -0.10772
d2 0.00867 0.00550

Mark 2 Mark 2
x1 -0.00360 -0.00006
x2 0.04581 0.04579
y1 -0.08534 -0.07774
y2 -0.09134 -0.10187
d1 -0.12895 -0.12978
d2 0.03385 0.03509

Tabla 4.4.1: Comparación entre las distancias reales y medidas usando mar-
cadores ArUco, mostrando desviaciones horizontales (x), verticales (y) y dia-
gonales (d) y dos medidas de referencia 180mm y 70mm.

Tras la calibración inicial del sistema, se procede a medir cada una de las
probetas que son escaneadas bajo condiciones idénticas a las empleadas para
la calibración (mismo patron y configuración de resolución). La Figura 4.4.4
muestra la imagen original obtenida del escaneo digital de la probeta, sin pro-
cedimientos de posprocesado. La Figura 4.4.5 corresponde a una ampliación
de la zona resaltada en rojo en la Figura 4.4.4.
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Figura 4.4.4: Imagen original del escaneo de una de las probetas, sin aplica-
ción de ningún postproceso.

4.4.2. Extracción del Perfil

Una vez obtenida la imagen escaneada y realizada su calibración y escalado
para asegurar la correspondencia dimensional precisa, se procede a delimitar
la región específica del área de interés mediante un recorte dirigido. Este re-
corte facilita la focalización del análisis exclusivamente sobre la zona relevante
para el estudio.
Posteriormente, se aplica una técnica de procesamiento digital de imágenes
mediante la utilización de una máscara. Este procedimiento permite eliminar
aquellas zonas correspondientes al patrón o elementos no deseados, generando
un fondo homogéneo y completamente oscuro.
El resultado final de este proceso es una imagen en la cual el perfil bidimen-
sional del objeto estudiado queda claramente delineado, resaltado sobre un
fondo negro uniforme, lo que simplifica significativamente los pasos posterio-
res del análisis geométrico y dimensional.
Se desarrolla un script en Python empleando técnicas avanzadas de procesa-
miento digital de imágenes con el objetivo de extraer los perfiles geométricos
bidimensionales. Empleando la libreria OpenCV se convierte la imagen re-
cortada a escala de grises con el fin de aplicar una binarización basada en
umbrales. Mediante esta técnica se obtiene una segmentación clara de las re-
giones relevantes para el análisis como son el fondo y el perfil bidimensional.
Posteriormente, se identifican los contornos mediante la función especializa-
da de detección de contornos proporcionada por OpenCV. Seleccionando el
contorno de mayor tamaño, dado que los demás contornos detectados suelen
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Figura 4.4.5: Detalle del perfil digitalizado de la probeta correspondiente a
la zona marcada en la Figura 4.4.4

corresponder a partículas menores o artefactos generados sobre la superfi-
cie del escáner.En la Figura 4.4.6 se muestra un detalle de la detección del
contorno de un perfil bidimensional.
Una vez generada la imagen binaria representativa del perfil bidimensional,
se realiza un barrido sistemático vertical, horizontal o radial, según las ca-
racterísticas particulares del área analizada. En la Figura 4.4.7 se muestran
las diferentes zonas de barrido para la geometria W. Durante cada uno de
estos barridos, se registran los puntos intermedios asociados a las transiciones
entre píxeles con valores binarios de 0 y 1, estableciendo así con precisión los
puntos que definen el eje central del perfil geométrico. Este barrido se lleva a
cabo con un espaciado constante de 5 píxeles. En la Figura 4.4.8 se representa
esquemáticamente el concepto de detección del eje de la sección a través de
un barrido secuencial.
A continuación, en el script se implementa un doble filtrado de puntos pa-
ra eliminar irregularidades o ruido mediante criterios basados en distancias
entre puntos consecutivos. Además, para mantener la continuidad del perfil
obtenido, se realiza una interpolación controlada en aquellos puntos donde
se superan ciertos umbrales de distancia.
Finalmente, el perfil resultante se discretiza en intervalos regulares, optimi-
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Figura 4.4.6: Superposición de un tramo del contorno extraído mediante
OpenCV, destacando únicamente el contorno de mayor tamaño para evitar
interferencias por partículas menores o artefactos sobre la superficie escanea-
da.

zando así el equilibrio entre una adecuada representación del perfil geométrico
y la eficiencia en términos de la cantidad de puntos utilizados para el análisis
posterior.En las Figuras 4.4.9 y 4.4.10 se muestran dos detalles , tanto para la
geometría U como para la W, del perfil extraido sobrepuesto sobre la imagen
escaneada mostrando un elevado grado de concordancia con el eje central del
espesor, lo que confirma la precisión del método utilizado para identificar y
representar la geometría central del objeto analizado.

4.4.3. Análisis del Perfil

Una vez obtenidos los perfiles bidimensionales discretizados en forma de nube
de puntos, resulta esencial aplicar métodos adecuados para identificar y ca-
racterizar la geometría subyacente, distinguiendo claramente entre los puntos
que pertenecen a la geometría objetivo y aquellos puntos que no cumplen con
las condiciones geométricas deseadas. En este contexto, se ha seleccionado el
algoritmo RANSAC (Random Sample Consensus) debido a su capacidad pa-
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Figura 4.4.7: Esquema de las zonas específicas para el barrido (vertical, ho-
rizontal o radial) empleado en la geometría tipo W.

ra discriminar de manera efectiva y robusta entre puntos objetivo (inliers) y
aquellos puntos considerados ajenos o no relevantes (outliers). El algoritmo
RANSAC (Random Sample Consensus) fue propuesto originalmente por
Fischler y Bolles (1981) [103] como un enfoque robusto para estimar paráme-
tros de modelos geométricos cuando los datos están contaminados con muchos
outliers. A diferencia de métodos tradicionales de regresión, que utilizan to-
dos los puntos y pueden ser sesgados por valores atípicos, RANSAC adopta
una estrategia iterativa de muestreo aleatorio mínimo: selecciona al azar un
subconjunto mínimo de puntos necesario para definir un modelo, calcula el
modelo hipotético y luego evalúa cuántos puntos del conjunto completo se
ajustan a ese modelo (considerados inliers bajo un cierto umbral de error).
Este proceso se repite múltiples veces, conservando finalmente el modelo con
el mayor número de inliers (es decir, el de mayor consenso).
RANSAC es ampliamente reconocido como uno de los métodos más robus-
tos para ajuste de modelos en presencia de ruido y outliers. Su aplicabilidad
abarca desde la detección de formas geométricas simples (planos, esferas,
cilindros, etc.) en nubes de puntos en visión 3D y robótica, hasta el ajus-
te de transformaciones entre vistas de cámara en visión por computador.
Esta versatilidad ha hecho de RANSAC una técnica fundamental en visión
computacional y metrología para detección robusta de modelos geométricos.
Para aplicar RANSAC a la detección de arcos en la nube de puntos bidi-
mensional, se ha definido el modelo geométrico correspondiente (círculo) y
el criterio de ajuste. Un círculo en 2D queda definido por tres parámetros:
su centro en coordenadas (a, b) y radio r. El tamaño mínimo de muestra
para estimar un círculo es, por lo tanto, 3 puntos no colineales. Selecciona-
dos aleatoriamente ternas de puntos y calculado el círculo único que pasa
exactamente por ellos, se evalúa la distancia de todos los puntos de la nu-
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Figura 4.4.8: Procedimiento de detección del eje de la sección mediante ba-
rrido secuencial. En este proceso se registran los puntos intermedios en cada
transición (señalados mediante flechas) entre píxeles binarios, lo que permite
definir con precisión el eje central del perfil geométrico. Para ello se emplea
un espaciado constante de 5 píxeles.

be al círculo candidato (e.g., diferencia absoluta entre la distancia del punto
al centro estimado y el radio del círculo), clasificando como inliers aquellos
puntos que caen dentro de un umbral t predefinido.
El procedimiento iterativo básico se resume en:

1. Muestreo mínimo: Seleccionar 3 puntos aleatorios (evitando puntos
casi colineales).

2. Modelo hipotético: Calcular parámetros (a, b, r) del círculo definido
por los puntos seleccionados.

3. Evaluación de inliers: Calcular el error de cada punto respecto al
círculo candidato como:∣∣∣√(x− a)2 + (y − b)2 − r

∣∣∣
Clasificar como inlier si el error ≤ t.
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Figura 4.4.9: Detalle del perfil discretizado y superpuesto sobre un detalle
una imagen escaneada. Se puede apreciar la precisión y eficacia del método
desarrollado para la identificación y representación precisa del eje del perfil
bidimensional de una probeta U.

4. Conteo y validación: Contar inliers; almacenar el modelo si es el
mejor hasta ahora. Opcionalmente, si se obtiene un alto porcentaje de
inliers, refinar el modelo mediante ajuste por mínimos cuadrados solo
sobre los inliers.

5. Iteración: Repetir los pasos anteriores por N iteraciones o hasta cum-
plir con un criterio de convergencia o probabilidad de haber encontrado
el modelo óptimo.

Al finalizar, RANSAC devuelve el conjunto de parámetros del círculo con
mayor número de inliers detectados, representando el arco/círculo predo-
minante en la nube de puntos analizada. Este enfoque se adapta de forma
natural a arcos parciales: aunque los puntos muestren solo un segmento de la
circunferencia, si están alineados sobre un círculo común. La nube de puntos
extraida del perfil escaneado contiene segmentos rectos y curvos; RANSAC
enfoca su consenso en aquellos puntos que realmente pertenecen a un arco de
circunferencia consistente, aislándolos del resto. Cabe destacar que el umbral
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Figura 4.4.10: Detalle del perfil discretizado y superpuesto sobre un detalle de
la imagen escaneada. En este caso se trata de la probeta W, el procedimiento
desarrollado demuestra su fiabilidad en la detección y definición precisa del
eje central del perfil bidimensional.

de distancia t se escoger acorde a la precisión del escaneo y la resolución de
la nube de puntos (un valor demasiado grande podría aceptar puntos fuera
del arco real como inliers, y uno demasiado pequeño podría excluir puntos
válidos debido a ruido).
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Figura 4.4.11: Perfil escaneado de la probeta (línea roja) con regiones de
interés delimitadas y círculos detectados mediante el algoritmo RANSAC.
La tabla resume los radios estimados y sus desviaciones estándar.

La Figura 4.4.11 presenta los resultados correspondientes a una de las pro-
betas analizadas. En rojo se destaca el perfil obtenido mediante el escaneo.
Adicionalmente, se indican los rectángulos que delimitan las áreas en las
cuales se aplica el algoritmo RANSAC, junto con los círculos detectados en
dichas zonas de interés. La tabla que acompaña a la figura muestra los valo-
res estimados de los radios, así como la desviación estándar asociada a cada
variable, calculada a partir de múltiples ejecuciones del algoritmo RANSAC
en cada región específica.
A partir de este punto, una vez determinados los centros y radios de los arcos
que definen cada geometría, se extraen los puntos de tangencia y se calculan
los ángulos correspondientes, que se utilizan como variables representativas
para cada caso estudiado. En las Figuras 4.4.12 y 4.4.13 se presentan los
datos obtenidos para las geometrías U y W, respectivamente.

4.4.4. Construcción de la Base de Datos Experimental

Para el desarrollo del presente estudio, se ha llevado a cabo una extensa
campaña experimental destinada a la obtención sistemática de todos los datos
relevantes para poner en marcha la optimización.
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Figura 4.4.12: Ficha técnica final obtenida para una probeta de geometría
tipo U, con perfil escaneado, radio del arco ABC y ángulos característicos
calculados.

Una vez completadas las mediciones, se procede a la recopilación, organi-
zación y sistematización de todos los datos generados. Esta información es
estructurada en una base de datos experimental integral, diseñada específi-
camente para facilitar su posterior acceso y consulta.
La estructura adoptada permite que los algoritmos de optimización, que serán
empleados en etapas posteriores del análisis, dispongan de un acceso eficiente
a los datos experimentales, asegurando así la robustez y fiabilidad del proceso
de optimización.
A continuación, se presentan los resultados experimentales obtenidos en este
estudio. En las Figuras 4.4.14, 4.4.15 y 4.4.16 se exponen los datos medidos
para la geometría en U correspondientes a las variables θO12, θF2Hz y ρABC ,
respectivamente.
Estos resultados se organizan en función de tres columnas principales diferen-
ciadas según la orientación angular de las probetas con respecto a la dirección
de laminación. Cada una de estas columnas se subdivide adicionalmente en
tres columnas secundarias, correspondientes cada una a los distintos radios
de matriz evaluados.
El color rojo indica los resultados obtenidos al emplear una fuerza de pisado
(BHF) de 500 N, mientras que el color azul representa aquellos medidos con
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Figura 4.4.13: Ficha técnica final obtenida para una probeta de geometría
tipo W, con perfil escaneado, radio del arco ABC y ángulos característicos
calculados.

una BHF de 1000 N. Adicionalmente, los símbolos geométricos diferencian
claramente las velocidades de desplazamiento del punzón aplicados: el trián-
gulo identifica un desplazamiento de 100 mm/m, y el cuadrado corresponde
a 200 mm/m.
Los símbolos geométricos representan los valores medios obtenidos a partir de
tres repeticiones experimentales por condición de ensayo. Las barras de error
indican la desviación estándar asociada a dichas mediciones, permitiendo
evaluar la dispersión y reproducibilidad de los datos obtenidos.
En las Figuras 4.4.17, 4.4.18 y 4.4.19 se presentan los resultados para la
geometría en W, correspondientes a las variables θO12, θc3c2 y θV 2F , utilizando
la misma representación gráfica establecida previamente para la geometría U.
Además de las mediciones geométricas, durante la fabricación de cada probeta
se registraron las curvas fuerzadesplazamiento del punzón. Estas describen
el comportamiento mecánico del proceso, permiten analizar la evolución de
cargas y la respuesta del material, y resultan esenciales para determinar el
coeficiente de fricción (sección 5.1) requerido en la simulación numérica.
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Figura 4.4.14: Resultados experimentales para la variable θO12 en la geome-
tría en U.

Figura 4.4.15: Resultados experimentales para la variable θF2Hz en la geo-
metría en U.
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Figura 4.4.16: Resultados experimentales para la variable ρABC en la geome-
tría en U.

Figura 4.4.17: Resultados experimentales para la variable θO12 en la geome-
tría en W.
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Figura 4.4.18: Resultados experimentales para la variable θc3c2 en la geome-
tría en W.

Figura 4.4.19: Resultados experimentales para la variable θV 2F en la geome-
tría en W.
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4.5. Modelo numérico del experimento

Al igual que el proceso de simulación de la pieza real implementado en la
Sección 3.2.1, las simulaciones de los ensayos descritos anteriormente conti-
núan con el mismo enfoque numérico híbrido, combinando métodos explícitos
e implícitos. La Figura 4.5.1 muestra el proceso de la cadena de simulación
que se ha llevado a cabo.

Cadena de Simulación

Embu�ción

Springback

RESULTADOS

.dynain

Solver Explícito

Solver Implícito

Figura 4.5.1: Esquema del proceso de la cadena de simulaciones necesarias
para calcular el springback de las probetas U y W

Para garantizar la comparabilidad directa entre ambas simulaciones numéri-
cas, se ha mantenido una configuración idéntica en términos de parámetros
fundamentales. En concreto, se emplean los mismos tipos de elementos fini-
tos, incluyendo tanto su formulación como el número de puntos de integración
seleccionados. Adicionalmente, las condiciones cinemáticas, particularmente
la configuración y velocidades asignadas a las herramientas, son idénticas
en ambos casos, eliminando así posibles fuentes de discrepancia asociadas a
diferencias numéricas o metodológicas.
La diferencia fundamental entre ambos modelos reside en la configuración
espacial de las herramientas; no obstante, dada la existencia de una clara
simetría geométrica en la configuración utilizada, se ha aprovechado dicha
particularidad para simplificar significativamente el modelo y, con ello, redu-
cir sustancialmente el coste computacional. Concretamente, se han definido
dos planos de simetría: el plano medio longitudinal respecto a la probeta y el
plano medio transversal, lo que ha permitido reducir la dimensión del modelo
a un cuarto de su geometría original.
Estas condiciones de simetría se aplican fijando desplazamientos nodales es-
pecíficos en el modelo 1. Cuando la probeta presenta simetría respecto al
plano Y Z, se restringe el desplazamiento perpendicular al plano de simetría

1*BOUNDARY_SPC_SET
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(dirección X), así como las rotaciones alrededor de los ejes contenidos en
dicho plano (ejes Y y Z). Esto se logra definiendo inicialmente un conjunto
de nodos localizados exactamente sobre el plano de simetría antes descrito2

y posteriormente aplicando las restricciones correspondientes. En particular,
se impone un desplazamiento nulo en la dirección normal al plano de sime-
tría (DOFX = 1) y rotaciones nulas alrededor de los ejes paralelos al plano
(DOFRY = 1, DOFRZ = 1), dejando libres otras direcciones según corres-
ponda a las condiciones reales de la configuración del ensayo.
Esta implementación es especialmente crítica para evitar modos no físicos,
como torsiones o flexiones indebidas en la línea de simetría.
La aplicación de condiciones de simetría en modelos numéricos requiere una
evaluación cuidadosa sobre cómo dicha simplificación influye en la imposi-
ción de cargas y condiciones de contorno. En particular, las cargas definidas
inicialmente para una geometría completa deben adaptarse rigurosamente al
modelo reducido, garantizando que las fuerzas y desplazamientos aplicados
sean coherentes con la simetría considerada y no generen efectos artificiales.
De manera específica, cualquier carga distribuida o puntual originalmente
extendida sobre regiones simétricas debe ajustarse proporcionalmente según
el área o volumen correspondiente al modelo reducido, con el propósito de
replicar de forma precisa las condiciones efectivas del modelo original comple-
to. Adicionalmente, es indispensable asegurar que las cargas sean aplicadas
respetando estrictamente los planos de simetría impuestos, evitando así la
introducción inadvertida de componentes que violen estas condiciones geo-
métricas fundamentales.
En particular, al reducir el modelo al cuarto de su geometría original mediante
dos planos ortogonales de simetría, se debe aplicar únicamente la fracción
proporcional correspondiente de las cargas originalmente definidas. Además,
es fundamental verificar que tales cargas no generen distribuciones de tensión
o deformaciones incompatibles con la condición de simetría establecida.
En el caso específico analizado, el desplazamiento impuesto sobre el punzón
no se ve alterado por la aplicación de simetría, mientras que la carga ejercida
por los muelles sobre el pisador (ver Figura 4.3.3) presenta una distribución
simétrica respecto a un plano medio. Por lo tanto, dicha carga debe dividirse
en consecuencia, aplicándose únicamente la mitad de la magnitud original al
modelo reducido.
El modelo numérico para la geometría U se muestra en la Figura 4.5.2, está
compuesto por tres cuerpos rígidos: Matriz (C), Pisador (D) y el punzón (B)
y un cuerpo deformable, la lámina (A).
La aplicación efectiva de la fuerza sobre el pisador se realiza definiendo una
carga sobre un cuerpo rígido3, cuya magnitud y evolución temporal en direc-

2*SET_NODE_LIST
3*LOAD_RIGID_BODY
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ción vertical se controlan mediante una curva previamente establecida.
Esta fuerza, en el presente modelo, se incrementa desde cero hasta un valor
constante de 250 N (o 500 N dependiendo del ensayo que se analice) du-
rante el cierre del pisador y se mantiene constante a lo largo del proceso de
embutición.
El modelo numérico empleado para la geometría W se presenta en la Figura
4.5.3. Este modelo es idéntico al desarrollado previamente para la geometría
U, con la excepción de que, en esta configuración, la matriz (C) incorpora un
inserto adicional cuya presencia define explícitamente la geometría W.
Una vez finalizada la simulación del proceso de embutición, se genera, de
forma análoga al procedimiento descrito anteriormente, el archivo dynain,
cuya metodología se detalla en la sección 3.2.9.
Para llevar a cabo la simulación numérica del fenómeno de springback, es
necesario considerar que, en condiciones reales, la pieza no está sometida a
restricciones específicas. Esto se debe a que tanto su tamaño como la rigidez
intrínseca derivada de su geometría garantizan que sus dimensiones no se vean
afectadas significativamente ni por la gravedad ni por distintas orientaciones
espaciales. Por consiguiente, en el modelo numérico se ha optado por imponer
restricciones únicamente en un conjunto limitado de nodos situados sobre el
plano de simetría transversal medio. Estos nodos restringen todos los grados
de libertad, evitando así movimientos de cuerpo rígido que podrían derivar en
errores de convergencia durante la resolución numérica mediante el método
implícito.

]

(A)

(B)

(C)

(D)

Figura 4.5.2: Geometría U; Izquierda: posición inicial del proceso de embuti-
ción; Derecha: posición final del proceso de embutición. Probeta (A), punzón
(B), matriz (C), pisador (D).
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]

(A)

(B)

(C)

(D)

Figura 4.5.3: Geometría W; Izquierda: posición inicial del proceso de embuti-
ción; Derecha: posición final del proceso de embutición. Probeta (A), punzón
(B), matriz (C), pisador (D).

4.6. Calibración de parámetros mediante algorit-
mos genéticos

La calibración de los parámetros en modelos constitutivos avanzados repre-
senta un desafío significativo en simulación computacional. La precisión de
las predicciones numéricas depende de una correcta identificación de estos
parámetros [104].
Los métodos tradicionales de ajuste semi-analítico o procedimientos manua-
les suelen proporcionar una precisión limitada, aceptable solo en cierto gra-
do. Esto se debe a que la superficie de error asociada a la identificación de
parámetros suele ser altamente no lineal y multimodal (con múltiples míni-
mos locales), dificultando la convergencia hacia la solución óptima global. En
consecuencia, es necesario emplear técnicas de optimización robustas e inte-
ligentes para llevar a cabo la identificación inversa de parámetros con alta
fidelidad [105].

4.6.1. Avances metodológicos en la calibración del modelos
constitutivos

La calibración inversa de modelos constitutivos complejos se beneficia del
uso de algoritmos heurísticos. En particular, el algoritmo Particle Swarm
Optimization (PSO), basado en el comportamiento colectivo de partículas,
ha demostrado una eficacia notable en esta tarea. Hardt et al. destacan que
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el PSO permite determinar parámetros de material con una alta fiabilidad
en tiempos de cálculo relativamente breves. En comparación con métodos de
optimización local, el PSO generalmente requiere menos iteraciones, aunque
con un número total mayor de simulaciones [106].
Además del PSO, se han empleado algoritmos genéticos (GA), inspirados en
mecanismos de evolución biológica, así como la evolución diferencial (DE),
una técnica evolutiva que mejora iterativamente un conjunto de soluciones
candidatas mediante operaciones simples, como la diferencia entre vectores,
entre otras metaheurísticas basadas en poblaciones. Estas técnicas libres de
gradiente presentan la ventaja de evitar quedar atrapadas en mínimos locales,
problema frecuente en los métodos de optimización que dependen del cálculo
de derivadas. Asimismo, se han reportado estrategias híbridas GADE que
permiten escapar de óptimos locales y converger rápidamente [107].
Con el objetivo de reducir el costo computacional durante el proceso de cali-
bración, se emplean modelos de orden reducido (ROM) y metamodelos (su-
rrogates). Ricciardi et al. proponen un flujo de trabajo avanzado en el que los
datos experimentales completos (por ejemplo, los desplazamientos obtenidos
mediante correlación digital de imágenes DIC de campo completo) son re-
ducidos dimensionalmente a través del Análisis de Componentes Principales
(PCA), y posteriormente se entrenan metamodelos rápidos capaces de emu-
lar la respuesta del modelo de elementos finitos, cuyo coste computacional es
elevado [108].
Los métodos basados en aprendizaje automático (ML) representan otro avan-
ce significativo en la calibración de modelos constitutivos. Una estrategia
común implica el entrenamiento de redes neuronales capaces de predecir pa-
rámetros constitutivos a partir de datos experimentales. Por ejemplo, Hamel
et al. (2022) proponen un esquema basado en aprendizaje profundo con infor-
mación física (physics-informed deep learning), el cual utiliza el formulario
débil de la mecánica para inferir parámetros de modelos hiperelásticos a
partir de desplazamientos de campo completo y fuerzas globales [109]. Este
enfoque destaca por no requerir interpolación de datos ni cálculo explícito de
gradientes, mostrando alta eficiencia en problemas no lineales con grandes
deformaciones.
Por otra parte, Field et al. (2021) describen una herramienta que realiza
inicialmente la calibración automática de un modelo mesoscópico de mate-
riales compuestos mediante simulaciones basadas en elementos de volumen
representativo (RVE). Posteriormente, estos datos son empleados para entre-
nar una red neuronal que predice parámetros constitutivos ante condiciones
diferentes o nuevas [110].
Además de las redes neuronales densas, se han explorado otros modelos como
los Procesos Gaussianos, los métodos de k-vecinos más cercanos (k-NN) y los
bosques aleatorios (Random Forest), este último un algoritmo de aprendizaje
automático supervisado ampliamente utilizado tanto en tareas de clasifica-
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ción como de regresión. Estos enfoques se emplean como metamodelos para
acelerar el proceso de calibración y permitir una estimación adecuada de la
incertidumbre asociada.
Cabe destacar que las redes neuronales entrenadas con criterios basados en
la física han demostrado mejoras sustanciales en cuanto a robustez, además
de reducir significativamente la dependencia del conocimiento experto. En
términos generales, la integración de técnicas de aprendizaje automático en
procesos de calibración permite gestionar eficientemente grandes volúmenes
de datos (como imágenes completas obtenidas mediante correlación digital
de imágenes DIC), automatizar la extracción de parámetros constitutivos y
mejorar la precisión en comparación con métodos tradicionales manuales o
heurísticos
En esta sección se explora el uso de algoritmos genéticos (AG) como estrategia
de optimización para calibrar los parámetros del modelo de Yoshida-Uemori,
aprovechando su capacidad de búsqueda global y su aptitud para manejar
problemas complejos de múltiples parámetros.

4.6.2. Algoritmos genéticos: fundamentos y características

Los algoritmos genéticos constituyen una familia de métodos metaheurísticos
de optimización inspirados en la teoría de la evolución de Darwin y en los
mecanismos de la selección natural y la genética poblacional.
En un AG, a diferencia de los algoritmos deterministas tradicionales, se tra-
baja con una población de posibles soluciones del problema en lugar de una
única solución candidata. Cada individuo en la población representa una so-
lución potencial (codificada usualmente como una cadena, denominada cro-
mosoma, compuesta por unidades llamadas genes).
La calidad de cada solución se evalúa mediante una función de aptitud (fit-
ness) asociada al objetivo del problema (en este caso, una medida del error
entre las predicciones del modelo constitutivo y los datos experimentales). El
proceso iterativo de un algoritmo genético imita el proceso evolutivo natural.
En cada generación, los individuos más aptos (es decir, aquellos cuyas solu-
ciones producen menor error) tienen mayor probabilidad de ser seleccionados
para reproducirse. Mediante operadores genéticos probabilísticos de recombi-
nación y mutación, estos individuos generan nuevas soluciones (descendencia)
introduciendo variación aleatoria similar a las recombinaciones genéticas en
la naturaleza.
La selección de los más aptos garantiza que las características (genes) de so-
luciones de mejor desempeño se propaguen en la población, mientras que la
mutación introduce diversidad para explorar regiones novedosas del espacio
de búsqueda. De esta manera, la población evoluciona sucesivamente hacia
regiones de mejor desempeño en el espacio de soluciones. Los AG son, en
términos teóricos y empíricos, un método capaz de realizar búsquedas robus-
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tas en espacios de optimización complejos, constituyendo una aproximación
eficaz para problemas donde se requiere evitar la convergencia prematura a
soluciones subóptimas.
En resumen, un AG combina la supervivencia del más apto con operadores
inspirados en la genética (selección, cruce y mutación) para explorar eficien-
temente el espacio de soluciones en busca del óptimo global.
Las características de los AG los hacen especialmente adecuados para la iden-
tificación de parámetros en modelos constitutivos complejos como Yoshida-
Uemori. En primer lugar, no requieren del cálculo de derivadas de la función
objetivo, pues operan únicamente con los valores de dicha función para cada
individuo de la población. Esta independencia de gradientes resulta crucial
cuando la evaluación del error implica una simulación numérica costosa o
potencialmente no diferenciable (en este caso, una simulación de Ls-Dyna
para cada conjunto de parámetros). Métodos clásicos basados en gradientes
(como el descenso por gradiente o algoritmos de Gauss-Newton/Levenberg-
Marquardt en calibraciones por mínimos cuadrados) dependen de la dispo-
nibilidad de derivadas o aproximaciones locales lineales, y pueden fallar o
resultar poco prácticos en el contexto de este estudio.
En contraste, un algoritmo genético aborda el modelo desde una perspectiva
de optimización tipo «caja negra», en tanto únicamente evalúa la calidad
de las soluciones propuestas mediante una función objetivo, sin depender de
información analítica sobre cómo variaciones infinitesimales en los parámetros
influyen directamente en la respuesta del sistema.
Además, los AG llevan a cabo una búsqueda global y estocástica en el espacio
de parámetros. Trabajar con una población de soluciones permite explorar
múltiples regiones simultáneamente, reduciendo la probabilidad de quedar
atrapado en mínimos locales en comparación con los métodos de optimización
deterministas tradicionales.
La inclusión de operadores aleatorios (mutación, selección no determinista)
brinda diversidad a la búsqueda y puede escaparse de regiones subóptimas
de la superficie de error donde métodos puramente deterministas podrían
atascarse. De hecho, la ventaja fundamental de los algoritmos genéticos ra-
dica en su capacidad de evadir los extremos locales de la función objetivo,
incrementando la probabilidad de acercarse al óptimo global.
Por su naturaleza poblacional y aleatoria, los AG también reducen la de-
pendencia de condiciones iniciales: no es necesario proveer una estimación
inicial cercana a la solución deseada, a diferencia de algoritmos de gradiente
que pueden ser altamente sensibles al punto de partida. Otra fortaleza de los
AG es su flexibilidad y robustez ante problemas complejos de alta dimen-
sionalidad. Pueden manejar con facilidad funciones objetivo multimodales o
superficies de error con múltiples valles y crestas, e incluso permiten exten-
siones para optimización multi-objetivo dentro del mismo esquema evolutivo.
Se ha demostrado que, gracias a estas propiedades, los algoritmos genéticos
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ofrecen una herramienta robusta para buscar soluciones de buena calidad en
espacios de búsqueda de gran complejidad.
En particular, para la calibración de modelos constitutivos con numerosos
parámetros interdependientes, la capacidad para realizar una exploración
global y descubrir combinaciones óptimas de parámetros sin necesidad de
recurrir a simplificaciones analíticas constituye una ventaja crítica. Cabe se-
ñalar, sin embargo, que estas fortalezas intrínsecas de los algoritmos genéticos
implican un costo computacional considerable. Al evaluar múltiples solucio-
nes por generación a lo largo de numerosas iteraciones, el número total de
simulaciones necesarias puede incrementarse sustancialmente. No obstante,
los avances en computación de alto rendimiento, junto con la posibilidad de
ejecutar simulaciones en paralelo para distintos individuos, permiten miti-
gar este inconveniente de forma significativa. En consecuencia, en problemas
complejos de identificación paramétrica donde la precisión es prioritaria y
los métodos tradicionales enfrentan limitaciones, los algoritmos genéticos re-
sultan especialmente adecuados, aun teniendo en cuenta el mayor esfuerzo
computacional requerido.
Con el propósito de situar adecuadamente el método basado en algoritmos
genéticos en el contexto más amplio de la identificación paramétrica, es opor-
tuno realizar una breve comparación conceptual frente a técnicas clásicas de
optimización.
Métodos basados en gradiente (deterministas locales): Técnicas como el des-
censo de gradiente o el algoritmo de Levenberg-Marquardt (un método de
Gauss-Newton modificado) utilizan información derivativa para guiar la bús-
queda de mínimos. Si bien suelen converger rápidamente hacia un mínimo
cercano cuando la superficie de error es cuasi-convexa y la estimación inicial es
adecuada, presentan riesgos considerables de convergencia a óptimos locales
en problemas con múltiples mínimos locales. En la identificación de paráme-
tros de modelos constitutivos complejos, es común que coexistan diferentes
conjuntos de parámetros que expliquen parcialmente los datos, generando
varios mínimos locales en la función de error. Un método de gradiente típico
detectará un valle cercano al punto inicial y refinará la solución allí, sin garan-
tía de que dicho valle corresponda al óptimo global. Además, estos métodos
requieren que la función objetivo sea diferenciable y calculan o aproximan el
gradiente, lo cual puede introducir errores cuando la evaluación del modelo es
ruidosa o numéricamente inestable. En nuestro caso, la dependencia en simu-
laciones con Ls-Dyna dificulta obtener gradientes exactos; a menudo habría
que recurrir a diferencias finitas con simulaciones múltiples, incrementando
aún más el costo computacional y potencialmente introduciendo ruido en la
derivada. Por último, la eficacia de métodos como Levenberg-Marquardt de-
pende fuertemente de la calidad de un valor inicial de los parámetros cercano
a la solución verdadera, algo que no siempre está garantizado en modelos
altamente no lineales.
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Métodos deterministas no basados en gradiente: Existen algoritmos de opti-
mización directa o heurísticas deterministas (por ejemplo, búsqueda exhaus-
tiva en mallas, Nelder-Mead, métodos de patrones, entre otros) que no re-
quieren gradientes. Estos métodos siguen trayectorias prefijadas o reglas de-
terministas para explorar el espacio de búsqueda. Si bien pueden encontrar
óptimos globales en problemas simples o bien comportados, en problemas de
alta dimensión con superficies complejas pueden igualmente quedarse atra-
pados en regiones subóptimas debido a la falta de mecanismos efectivos para
escapar de mínimos locales. Su exploración del espacio suele ser menos efi-
ciente comparada con la de los AG, ya que no aprovechan una población de
soluciones ni introducen variabilidad aleatoria significativa. En consecuencia,
frente a un problema con múltiples parámetros y posible ruido experimen-
tal, estos métodos deterministas pueden requerir un número muy elevado de
evaluaciones para aproximarse al óptimo global, o pueden simplemente con-
verger a una solución subóptima dependiendo de la secuencia determinista
de exploración que sigan.
En contraste con lo anterior, los algoritmos genéticos ofrecen paralelismo
intrínseco y diversidad en la búsqueda, al evaluar muchas soluciones simul-
táneamente y renovar constantemente la población de candidatos. Esto les
permite explorar regiones amplias del espacio de parámetros y evitar la de-
pendencia estricta de un punto de partida único, mitigando las limitaciones
señaladas de los métodos de gradiente y otros métodos deterministas.
Diversos estudios han subrayado que los AG pueden abordar con éxito pro-
blemas de optimización donde métodos tradicionales fracasan o resultan poco
fiables.
La eficacia de los algoritmos genéticos (y de otros algoritmos evolutivos) en la
identificación de parámetros de modelos constitutivos complejos ha quedado
bien demostrada. Eggertsen y Mattiasson [111] aplicaron técnicas de optimi-
zación inversa mediante LS-OPT (el módulo de optimización de Ls-Dyna)
para identificar parámetros de endurecimiento en modelos de láminas metá-
licas. En dos estudios complementarios calibraron los parámetros del modelo
Yoshida-Uemori a partir de ensayos de flexión en tres puntos y de tracción-
compresión, encontrando que la estrategia de optimización automática pro-
ducía resultados mucho más precisos que el método clásico de calibración
manual. De hecho, reportaron mejoras significativas en la capacidad de pre-
dicción del springback al optimizar globalmente los parámetros del material,
en comparación con usar valores ajustados por métodos tradicionales. Estos
trabajos evidenciaron la importancia de emplear algoritmos de optimización
para capturar fenómenos como el efecto Bauschinger de forma más exacta.
Leem et al. [112] emplearon un algoritmo genético para llevar a cabo la ca-
libración del modelo de endurecimiento Yoshida-Uemori en una aleación de
aluminio (AA5754-O). Mediante este enfoque evolucionario lograron ajustar
con éxito los parámetros que describen el endurecimiento cinemático, mejo-
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rando la precisión de las simulaciones de embutición incremental al considerar
el efecto Bauschinger. Sus resultados mostraron que el AG pudo evitar so-
luciones locales subóptimas y refinar la respuesta del modelo constitutivo,
en contraste con aproximaciones más simplificadas. Este trabajo demuestra
concretamente la viabilidad de integrar AG con códigos de elementos finitos
aunque en este caso utilizando un modelo de un elemento único en Ls-Dyna
para iterar la evaluación del material.
Mahmoudi et al. [113] en un estudio relacionado, centrado en un modelo de
endurecimiento cinemático tipo Chaboche, aplicaron un algoritmo genético
multi-objetivo para determinar el conjunto de parámetros que mejor repro-
ducía el comportamiento cíclico del material. Su enfoque consideró simul-
táneamente múltiples criterios de ajuste (minimización conjunta de errores
en distintas curvas de carga-descarga) aprovechando las capacidades multi-
objetivo de los AG. Los autores destacan que la selección de límites adecuados
para cada parámetro en el AG es crucial para la eficiencia de la búsqueda, y
reportan que los parámetros obtenidos mediante optimización genética pro-
dujeron resultados más fiables que los métodos clásicos de identificación.
En conjunto, estas investigaciones consolidan la idea de que las técnicas me-
taheurísticas superan las limitaciones de los métodos deterministas locales en
la identificación de parámetros de modelos constitutivos complejos, propor-
cionando soluciones más cercanas al óptimo global y mejorando la predicti-
bilidad de las simulaciones numéricas.

4.6.3. Flujo metodológico de la optimización

Con el objetivo de identificar y ajustar el modelo constitutivo de Yoshida-
Uemori para su aplicación en procesos de conformado metálico, se ha dise-
ñado un flujo de trabajo que integra de manera secuencial y coherente la
experimentación física, la simulación numérica mediante elementos finitos y
la optimización de parámetros a través de algoritmos evolutivos. La Figu-
ra 4.6.1 ilustra, de forma esquemática, la estructura y la interrelación de las
distintas fases que componen esta metodología, organizadas en tres bloques
diferenciados: la fase experimental (recuadro rojo), la fase de procesamiento y
optimización de parámetros (recuadro azul) y la fase de simulación numérica
(recuadro amarillo).

1. Bloque experimental En esta primera fase se desarrolla la campaña
experimental orientada a obtener la respuesta mecánica de las probetas
en condiciones controladas. El plan de ensayos contempla 36 variantes,
derivadas de la fabricación de geometrías tipo U y W, la combinación de
diferentes radios de la matriz intercambiable ( R5, R8 y R12, mostrados
en la Figura 4.3.3), diferentes fuerzas de pisado (500 N y 1000 N) y el
recorte de probetas con distintas orientaciones respecto la dirección de
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laminación (0◦, 45◦, 90◦). Durante los ensayos se registraron las curvas
fuerzadesplazamiento del punzón y se realizaron mediciones de las geo-
metrías finales tras el retorno elástico de las piezas. Estas mediciones
proporcionan los parámetros geométricos experimentales necesarios pa-
ra la comparación con las simulaciones y para la calibración del modelo
constitutivo.

2. Bloque de procesamiento y optimización de parámetros La
segunda etapa consiste en el tratamiento y análisis de los datos experi-
mentales, así como en la implementación del algoritmo genético encar-
gado de estimar los parámetros óptimos del modelo Yoshida–Uemori
(MAT_242 en Ls-Dyna). El procedimiento se inicia con la definición
de una población inicial de individuos, cada uno asociado a un con-
junto de parámetros del modelo, cuya aptitud se evalúa mediante la
simulación numérica de las 36 variantes experimentales. A través de
operadores evolutivos como la mutación gaussiana, el cruce (Simulated
Binary Crossover, SBX) y estrategias elitistas, la población evoluciona
generación tras generación hasta que apenas se observan mejoras entre
iteraciones consecutivas. Esta etapa se encuentra completamente auto-
matizada mediante scripts en Python, permitiendo la gestión simultá-
nea de múltiples simulaciones en paralelo y la actualización dinámica
de los parámetros.

3. Bloque de simulación numérica La última fase corresponde a la
simulación del proceso de conformado en Ls-Dyna, empleando mode-
los de elementos finitos de tipo shell, formulaciones avanzadas de con-
tacto y movimientos prescritos que permiten reproducir con fidelidad
las condiciones experimentales. El material se describe mediante la ley
constitutiva MAT_242, en la que se integran los parámetros del modelo
Yoshida-Uemori previamente determinados por el algoritmo genético.
A partir de los resultados de cada simulación, un script adicional ex-
trae los parámetros geométricos de la probeta simulada, los cuales se
comparan con sus homólogos experimentales, constituyendo la retroali-
mentación del proceso de optimización.

Este esquema metodológico permite cerrar el bucle entre experimento, simu-
lación y optimización, garantizando que los parámetros identificados reflejen
con alta fidelidad el comportamiento real del material en condiciones de carga
y descarga propias del proceso de conformado.
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Figura 4.6.1: Diagrama del algoritmo genético completo.
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4.6.4. Espacio Paramétrico

El espacio paramétrico definido para la optimización del modelo constituti-
vo YU en Ls-Dyna comprende diez parámetros clave, cada uno representado
como un gen dentro del cromosoma de cada individuo utilizado en el algo-
ritmo genético. Estos parámetros gobiernan directamente el comportamiento
mecánico del material, incluyendo la respuesta plástica, los mecanismos de
endurecimiento isotrópico y cinemático, así como la saturación y evolución
del endurecimiento durante procesos de deformación plástica y la variación
del módulo de elasticidad asociada a estos fenómenos. En consecuencia, cada
individuo en este algoritmo genético se define mediante el siguiente conjunto
de parámetros:

Gi,j = [cb, y, sc, k, rsat, sb, h, c1, c2, coe] (4.1)

donde Gi,j representa al individuo j de la generación i. Cada componente
(gen) del vector corresponde a un parámetro específico del espacio paramé-
trico.Todos estos parámetros se recogen en la Tabla 3.3.7.
Los rangos establecidos para cada parámetro en el algoritmo genético se han
definido tomando como base resultados obtenidos en estudios anteriores [99]
y han sido deliberadamente ampliados con el fin de ensanchar el espacio para-
métrico de búsqueda. Esta estrategia permite una exploración más exhaustiva
y generalizada, facilitando la identificación de combinaciones de parámetros
potencialmente óptimas que podrían haber permanecido ocultas dentro de
rangos más restringidos. Asimismo, esta ampliación del espacio paramétrico
contribuye a robustecer la optimización, evitando convergencias prematuras
o resultados sesgados por límites excesivamente restrictivos.
En la Tabla 4.6.1 se muestran los rangos iniciales considerados en este es-
tudio; cabe destacar que, si durante el proceso de optimización se detecta
una saturación o estancamiento en ciertos parámetros cerca de los limites,
dichos rangos son ampliados antes del cálculo de la siguiente generación para
garantizar una exploración eficaz del espacio de soluciones.

4.6.5. Primera Generación

El siguiente paso en la implementación del algoritmo genético radica en la
creación de una población inicial de individuos. Para ello, se ha adoptado la
técnica de muestreo denominada Centered Latin Hypercube Sampling (LHS)
propuesta por [114]. Esta metodología asegura una distribución uniforme y
representativa de los individuos iniciales dentro del espacio multidimensional
determinado por los parámetros del problema, promoviendo así una explora-
ción eficiente del espacio de búsqueda durante las primeras etapas del proceso
evolutivo.
Se genera una muestra de puntos distribuidos uniformemente dentro del es-
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Parámetro Mínimo Máximo
cb 400.0 700.0
y 300.0 600.0
sc 50.0 150.0
k 0.0 20.0
rsat 500.0 800.0
sb 25.0 60.0
h 0.3 1.5
c1 0.15 0.25
c2 0.70 1.40
coe 15 50

Tabla 4.6.1: Rangos iniciales considerados para los parámetros.

pacio normalizado [0,1], asegurando que cada dimensión quede cubierta por
puntos espaciados uniformemente; después, son permutados aleatoriamente,
garantizando diversidad y representatividad en la exploración inicial.
Una vez obtenidos estos puntos en el espacio unitario, se realiza una trans-
formación lineal de los valores de [0,1] a los intervalos reales definidos por
cada parámetro vistos en la Tabla 4.6.1. Así, cada punto generado corres-
ponde a un conjunto específico y diverso de parámetros en el espacio real del
problema.
Cada generación del algoritmo genético se compone de un conjunto fijo de 30
individuos. Esta elección se basa en mantener un equilibrio adecuado entre
diversidad y capacidad computacional. Al definir un número específico de in-
dividuos por generación, se asegura consistencia en el proceso evolutivo, per-
mitiendo una comparación uniforme entre generaciones sucesivas. Además,
con 30 individuos, se garantiza suficiente variabilidad para explorar exhaus-
tivamente el espacio de parámetros sin incurrir en costos computacionales
excesivos. De esta forma, la población inicial (primera generación o gene-
ración 0) consta de estos 30 individuos generados mediante LHS, mientras
que generaciones subsecuentes mantendrán este mismo tamaño poblacional
constante, reemplazando o modificando los individuos según los criterios evo-
lutivos establecidos. Ademas, este enfoque fijo facilita la gestión sistemática
del proceso evolutivo y la interpretación de resultados.

4.6.6. Metodología y Gestión Computacional en Paralelo a
Gran Escala

Tras analizar los resultados experimentales obtenidos, se observa que la va-
riación en la velocidad del punzón no provoca diferencias significativas en los
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resultados. En consecuencia, y con el objetivo de optimizar el uso de recursos
computacionales, se determinó realizar la evaluación de todos los individuos
a una única velocidad de 100 mm/min.
De acuerdo con esta decisión metodológica, cada individuo del estudio será
sometido a un conjunto de 36 simulaciones, cubriendo exhaustivamente las
condiciones necesarias para una evaluación precisa y comparativa del desem-
peño de los parámetros involucrados.
4.3.1

Ref R Tipo BHF RD Ref R Tipo BHF RD
(mm) (N) (◦) (mm) (N) (◦)

1 5 U 500 0 19 8 W 500 0
2 5 U 500 45 20 8 W 500 45
3 5 U 500 90 21 8 W 500 90
4 5 U 1000 0 22 8 W 1000 0
5 5 U 1000 45 23 8 W 1000 45
6 5 U 1000 90 24 8 W 1000 90
7 5 W 500 0 25 12 U 500 0
8 5 W 500 45 26 12 U 500 45
9 5 W 500 90 27 12 U 500 90
10 5 W 1000 0 28 12 U 1000 0
11 5 W 1000 45 29 12 U 1000 45
12 5 W 1000 90 30 12 U 1000 90
13 8 U 500 0 31 12 W 500 0
14 8 U 500 45 32 12 W 500 45
15 8 U 500 90 33 12 W 500 90
16 8 U 1000 0 34 12 W 1000 0
17 8 U 1000 45 35 12 W 1000 45
18 8 U 1000 90 36 12 W 1000 90

Tabla 4.6.2: Listado de las 36 simulaciones. Ref: número de simulación; R:
radio de la matriz; Tipo: geometría (U/W); BHF: fuerza del pisador; RD:
ángulo de corte respecto a la dirección de laminación.

En el presente estudio, cada generación está conformada por 30 individuos,
y a cada uno de ellos se le someten a 36 simulaciones independientes, lo
que se traduce en un total de 1080 ejecuciones por generación(a su vez cada
ejecución comprende dos etapas, una simulación de conformado(explícita) y
otra simulación de springback (implícita)). Con el propósito de automatizar la
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totalidad del procesodesde la creación de cada individuo hasta la recolección
de resultadosse ha desarrollado una implementación en Python basada en un
diseño modular.
Para llevar a cabo las simulaciones, se generaron archivos independientes
correspondientes a las diferentes mallas empleadas para representar detalla-
damente la geometría del modelo experimental. Se ha elaborado una malla
específica para cada una de las matrices utilizadas, identificadas como R5,
R8 y R12. Adicionalmente, cada matriz presenta dos configuraciones geomé-
tricas diferenciadas en función de la presencia o ausencia del inserto central:
una configuración que incluye dicho inserto para generar una geometría tipo
W, y otra configuración sin el inserto para obtener una geometría tipo U. En
consecuencia, se han generado en total seis mallas distintas, asegurando así
la adecuada representación geométrica requerida para el análisis comparativo
entre las diversas configuraciones experimentales.
La organización de este extenso conjunto de simulaciones ha sido estructura-
da mediante una jerarquía de carpetas claramente definida. El primer nivel
corresponde a la generación específica. El segundo nivel representa a cada
individuo dentro de dicha generación; aquí, cada carpeta alberga tanto las
simulaciones requeridas para su evaluación como los resultados obtenidos.
Finalmente, el tercer nivel corresponde individualmente a cada simulación de
evaluación realizada. Dentro de este tercer nivel se distinguen dos subcarpe-
tas: una destinada exclusivamente a la simulación del proceso de embutición
y otra al proceso de springback. Ambas subcarpetas contienen todos los ar-
chivos requeridos por el solver de Ls-Dyna para ejecutar correctamente la
simulación correspondiente y en dichas carpetas serán guardados los resulta-
dos.
El script desarrollado recorre secuencialmente la tabla que contiene la con-
figuración de las 36 simulaciones previstas, generando en cada iteración la
estructura de carpetas requerida junto con los archivos necesarios para la
ejecución específica de cada simulación. Para establecer adecuadamente el
valor de la fuerza del pisador (BHF), el script modifica dinámicamente uno
de los archivos de configuración según el valor correspondiente especificado.
Posteriormente, un segundo script es ejecutado con la finalidad de actualizar
los parámetros del modelo de material conforme a los valores particulares
del individuo bajo evaluación. Este mismo script ajusta además el parámetro
RD, dado que ambos valores están ubicados en la misma ficha de entrada de
Ls-Dyna, tal y como se especifica en la Tabla 3.3.7.
Una vez generada la estructura completa de carpetas correspondiente a ca-
da generación, se procede al envío para su resolución numérica. Para este
propósito, se ha empleado un clúster computacional compuesto por ocho no-
dos, cada uno equipado con 40 núcleos de procesamiento. Dependiendo de
la disponibilidad del clúster durante la ejecución de las simulaciones, se han
utilizado configuraciones de cuatro o seis nodos simultáneamente. El gestor

156



4.6 Calibración de parámetros mediante algoritmos genéticos

empleado para administrar esta paralelización masiva ha sido Microsoft HPC
Pack 2019 [115].
La estrategia de paralelización adoptada ha consistido en la creación de un
job por cada simulación correspondiente a la evaluación individual, alcan-
zando un total de 1080 jobs. Cada uno de estos jobs comprende dos tasks,
siendo la primera la simulación del proceso de embutición y la segunda la
correspondiente a la simulación del springback. Estas tasks se ejecutan de
manera secuencial dentro de cada job, mientras que los jobs se procesan de
forma paralela.
Cada job se ejecuta utilizando 20 núcleos de procesamiento, lo cual permite la
ejecución simultánea de entre ocho y doce jobs, dependiendo de los recursos
disponibles en el momento. Los jobs restantes quedan en cola. Todo este
procedimiento esta gestionado con un script en Python.

4.6.7. Evaluacion de Individuos

En esta seccion se detalla el procedimiento de evaluación automatizada de
los individuos.

4.6.7.1. Automatización de la ejecución y monitoreo de simulacio-
nes

La evaluación de cada individuo generado consiste en dos tareas principales:
la simulación del proceso de embutición profunda y la simulación subsecuente
del retorno elástico (springback). Estas tareas se gestionan mediante scripts
específicos que interactúan con el gestor HPC Pack 2019 para maximizar la
eficiencia en el uso de recursos computacionales como se vio anteriormente.
Un script desarrollado en Python se ejecuta en paralelo al clúster de simula-
ción con el objetivo de monitorizar constantemente el estado de los trabajos
enviados al gestor HPC Pack. Este script consulta periódicamente al gestor
para determinar si un trabajo específico ha finalizado su ejecución. Al de-
tectar la finalización de una tarea, este mismo script invoca inmediatamente
otro script de postprocesamiento correspondiente, optimizando así el flujo de
trabajo y minimizando tiempos muertos.

4.6.7.2. Postprocesamiento automatizado de resultados

Para la simulación de embutición, el postprocesamiento automatizado se lleva
a cabo mediante un script de LS-PrePost que se ejecuta en modo batch. Este
script extrae dos curvas fundamentales del proceso simulado:

Desplazamiento del punzón frente al tiempo.

Reacción de la matriz frente al tiempo.
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Estas dos curvas se combinan posteriormente mediante un script adicional
de Python para generar la curva Fuerza del punzón frente al desplazamiento.
Esta curva combinada se emplea para dos propósitos específicos durante las
etapas del estudio:

1. Calibración del coeficiente de fricción: en las etapas iniciales del
estudio, se utiliza la comparación entre las fuerzas simuladas y experi-
mentales para ajustar el coeficiente de fricción de la interfaces punzón-
probeta, pisadores-probeta y matriz-probeta.

2. Validación del modelo constitutivo: en etapas posteriores, estas
curvas sirven como parámetros externos, ya que la fuerza ejercida por
el punzón es una condición de contorno externa que el modelo debe
satisfacer .

Todos los resultados obtenidos durante el postprocesamiento automatizado
se guardan ordenadamente en archivos específicos dentro de carpetas co-
rrespondientes a cada individuo evaluado, facilitando su posterior análisis y
almacenamiento sistemático.
Una vez completada la simulación del springback (Task 2), otro script de
LS-PrePost automatizado se encarga del postprocesamiento de los resultados
obtenidos. Este script extrae las coordenadas finales de los nodos que consti-
tuyen la malla deformada del modelo después del springback. Las coordena-
das se almacenan de manera organizada en archivos de resultados, también
clasificados en sus carpetas específicas.

4.6.7.3. Medicion de Probetas numéricas

El resultado geométrico de la simulación del springback es una nube de puntos
en 3D, tal y como se ilustra en la Figura 4.6.2. Para caracterizar geométrica-
mente las probetas representadas por esta nube de puntos, se implementó una
metodología computacional basada en la determinación del contorno exterior
mediante la técnica conocida como Alpha Shape(α-shape), introducida por
Edelsbrunner y Mücke [116], la cual permite definir una envolvente poligonal
adaptada al conjunto de puntos tridimensionales resultantes de la simulación.
En primer lugar se proyectan los puntos sobre el plano bidimensional , sim-
plificando así el análisis geométrico posterior. Se genera un contorno cóncavo
sobre estos puntos proyectados utilizando un valor de α = 0,2 , elegido em-
píricamente para garantizar una adecuada definición del borde sin incluir
regiones internas irrelevantes. En los casos donde se obtuvo una estructu-
ra multipoligonal, se selecciona automáticamente el polígono de mayor área,
garantizando así la representatividad del límite.
A continuación, se determina cuáles de los puntos proyectados pertenecen
efectivamente al borde generado. Para ello, se utilizó una tolerancia espacial
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Figura 4.6.2: Nube de puntos tridimensional obtenida del análisis numérico
del springback correspondiente a la simulación SIM_34_W_R12_1000_0

de 4.5 10e-3 , asegurando precisión en la identificación de los nodos sobre el
contorno definido.
Luego, los puntos identificados son ordenados secuencialmente a lo largo del
perímetro, utilizando la proyección de estos puntos sobre la línea del contorno
como criterio principal. Este ordenamiento facilita la detección posterior de
esquinas y la segmentación del perímetro.
Se realiza la identificación de las esquinas del contorno mediante un análisis
basado en los ángulos formados por segmentos consecutivos. Se consideró un
umbral angular mínimo de 60◦ , permitiendo así una distinción clara entre
segmentos rectilíneos y vértices significativos en la geometría de la probeta.
El contorno es segmentado en aristas definidas por estas esquinas identifi-
cadas, generando así conjuntos discretos de puntos tridimensionales. Entre
todas las aristas generadas, se identifica específicamente aquella que presen-
ta el mayor valor promedio en la coordenada X, tal y como se ilustra en la
Figura 4.6.3, siendo la lista de nodos de este segmento el perfil a analizar de
la probeta.
El análisis de los perfiles sigue exactamente la metodología descrita previa-
mente en la sección experimental 4.4.3. De esta manera, se mantiene con-
sistencia en la evaluación del perfil, asegurando que los resultados obtenidos
del modelo numérico puedan compararse de manera directa y fiable con los
resultados experimentales.
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Figura 4.6.3: Perfil geométrico transversal seleccionado para el análisis geo-
métrico, obtenido del análisis numérico del springback correspondiente a la
simulación SIM_34_W_R12_1000_0

Se aplican los mismos procedimientos de caracterización dimensional y geo-
métrica detallados en dicha sección. Esta coherencia metodológica garantiza
una evaluación robusta y comparable entre ambos conjuntos de resultados,
fortaleciendo la validez del estudio numérico presentado. Las Figuras 4.6.4
y 4.6.5 muestran los resultados numéricos para dos individuos de diferentes
generaciones y simulaciones.

4.6.7.4. Evaluación de la Función Objetivo (Fitness)

El cálculo del fitness, utilizado para evaluar la calidad de los individuos en el
algoritmo de optimización propuesto, se efectúa mediante un procedimiento
que contempla las diferencias absolutas existentes entre los resultados numé-
ricos y los datos experimentales obtenidos. Estas diferencias son posterior-
mente ajustadas mediante factores de ponderación específicos que reflejan la
importancia relativa asignada a cada criterio evaluado.
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Figura 4.6.4: Resultados numéricos para el individuo 20 de la Generación 8
para la simulación SIM_10_W_R5_1000_0

Figura 4.6.5: Resultados numéricos para el individuo 4 de la Generación 4
para la simulación SIM_05_U_R5_1000_45

Para el caso particular de la geometría en forma de U, los criterios conside-
rados son las variables θO12, ρABC y θF2Hz. Para la geometría tipo W, los
criterios evaluados corresponden a las variables θO12, θc3c2 y θV 2F .
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El vector que define el fitness para cada geometría queda establecido como
sigue:
Para la geometría en forma de U:

fitnessU = [θO12, ρABC , θF2Hz], (4.2)

y para la geometría tipo W:

fitnessW = [θO12, θc3c2, θV 2F ]. (4.3)

Inicialmente, se define una métrica preliminar del fitness empleando la si-
guiente expresión:

fitnessi =
1

1 + |devi|
, (4.4)

donde devi representa la desviación absoluta calculada entre los valores nu-
méricos y experimentales para cada criterio i. Esta formulación asegura que
valores menores de desviación conduzcan a valores superiores de fitness, in-
dicando así una mejor correspondencia entre los resultados simulados y los
experimentales.
Finalmente, para representar la relevancia diferencial asignada a cada criterio,
se utilizan factores específicos de ponderación definidos mediante el siguiente
vector:

w = [1, 1, 2]. (4.5)

donde a la tercera componente se le otorga mayor peso, dado que es la varia-
ble que mejor caracteriza la geometria final. Posteriormente, se realiza una
normalización de estos pesos mediante la ecuación:

wnorm =
w∑
w
, (4.6)

lo que asegura que la suma total de los pesos normalizados sea igual a uno,
facilitando así la comparación y combinación lineal equilibrada de los crite-
rios.
Finalmente, el fitness final para cada individuo del algoritmo se determina
mediante un producto escalar entre el vector de fitness preliminar y los pesos
normalizados, como se indica en la siguiente ecuación:

fitnessfinal =
∑
i

fitnessi × (wnorm)i (4.7)

Este procedimiento asegura una evaluación rigurosa y equilibrada, permitien-
do que el algoritmo de optimización pueda seleccionar individuos que mejor
representen las soluciones óptimas para el problema planteado.
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4.6.8. Evolucion

El método evolutivo del algoritmo genético presentado sigue un esquema clá-
sico enriquecido con técnicas avanzadas específicas como el cruce SBX (Si-
mulated Binary Crossover) y la mutación gaussiana con control de límites. El
proceso, descrito paso a paso en términos metodológicos, se puede desglosar
como sigue:

4.6.8.1. Representación de Individuos y Evaluación de Aptitud

Cada individuo en el algoritmo está representado mediante un vector numéri-
co que consta de 10 parámetros. La calidad o rendimiento de estos individuos
se cuantifica mediante una función de aptitud (fitness), evaluada previamente
a través de simulaciones numéricas. Estos resultados se almacenan en archivos
CSV para su posterior uso y análisis.

4.6.8.2. Selección y Elitismo

La selección de individuos para la generación siguiente se lleva a cabo utili-
zando un enfoque combinado de elitismo y selección por ranking. El elitismo
garantiza que los mejores individuos (mayor aptitud) sean preservados ínte-
gramente en cada generación, mientras que la selección por ranking implica
ordenar a los individuos según su aptitud decreciente y elegir los mejores
para cruzamiento, manteniendo una presión selectiva adecuada. La presión
selectiva específica empleada en este algoritmo genético es moderadamente
alta, basada en los mecanismos descritos:

Elitismo: Al conservar explícitamente un número reducido (en este
caso 2 individuos) de élite, el algoritmo impone una presión selectiva
considerable, asegurando que las soluciones de mayor calidad persistan
sin modificaciones sustanciales.

Selección por ranking: Al seleccionar únicamente los mejores 10 in-
dividuos (de una población total de 30) para generar descendencia me-
diante cruce, se promueve activamente que la generación siguiente de-
rive de individuos de alta calidad. Esto implica que alrededor del 33 %
superior de la población ejerce control sobre la generación futura.

4.6.8.3. Cruce Binario Simulado (SBX)

El operador de Cruce Binario Simulado (Simulated Binary Crossover, SBX)
[117] representa una técnica avanzada dentro de los algoritmos genéticos pa-
ra espacios continuos, diseñada específicamente para abordar las limitaciones
inherentes a los operadores clásicos de cruce que fueron originalmente desa-
rrollados para representaciones discretas o binarias. Estos operadores clásicos
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pueden resultar inadecuados cuando se aplican a parámetros continuos, ya
que no preservan la continuidad del espacio paramétrico, generando solucio-
nes potencialmente discontinuas o fragmentadas.
El operador SBX aprovecha la continuidad del espacio paramétrico generando
descendientes mediante una combinación probabilística continua de los pa-
rámetros parentales. Esto permite crear soluciones intermedias que exploran
suavemente la región entre los dos padres.
Dados dos padres p1 y p2 con valores reales para cada parámetro i, el operador
genera dos descendientes c1 y c2 mediante el siguiente proceso:

1. Generar un número aleatorio uniforme u ∈ [0, 1].

2. Calcular el factor de distribución βq, dependiente de u y ηc:

βq =

(2u)
1

ηc+1 , si u ≤ 0,5

[2(1− u)]
− 1

ηc+1 , si u > 0,5

3. Combinar linealmente los parámetros de los padres para generar los
descendientes:

c1[i] = 0,5 [(1 + βq)p1[i] + (1− βq)p2[i]]

c2[i] = 0,5 [(1− βq)p1[i] + (1 + βq)p2[i]]

Un parámetro clave en SBX es el índice de distribución (ηc), que regula cómo
los descendientes se distribuyen alrededor de los progenitores:

Exploración (ηc bajo): valores menores de ηc (aproximadamente en-
tre 2 y 5) favorecen la generación de descendientes dispersos que explo-
ran nuevas áreas del espacio de búsqueda. Si ηc es bajo (por ejemplo,
ηc = 2): el exponente es 1

3 ≈ 0,33. Un exponente pequeño permite que
βq tome valores más alejados de 1, generando hijos muy diferentes a los
padres (exploración).

Explotación (ηc alto): valores mayores (aproximadamente entre 10 y
20) generan descendientes cercanos a los padres, refinando soluciones ya
prometedoras. Si ηc es alto (por ejemplo, ηc = 20): el exponente es 1

21 ≈
0,047. Un exponente muy cercano a cero fuerza a que βq tome valores
próximos a 1, generando hijos casi idénticos a los padres (explotación).

En este estudio, el índice de distribución (ηc) utilizado en el operador SBX
implementa una estrategia híbrida al adoptar valores específicos diferenciados
según el parámetro.
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Específicamente para el parámetro CB (primer parámetro del conjunto), se
usa un índice de distribución de ηc = 3,0. Mientras que para los parámetros
restantes, el índice de distribución predeterminado es de ηc = 7,0.
El parámetro CB en el modelo Yoshida-Uemori controla directamente el ta-
maño inicial de la superficie de fluencia F ,descrito en la Sección 3.3.2.2,
estableciendo la frontera desde la cual evoluciona la plasticidad durante la
deformación cíclica. Dado que este parámetro determina la condición inicial
clave del comportamiento plástico, es fundamental que su valor se explore
ampliamente durante la optimización. Por ello, se adopta una estrategia de
exploración reforzada para CB, estableciendo un valor mas bajo de ηc, lo que
asegura un balance apropiado entre la amplitud de búsqueda (exploración)
y el posterior refinamiento (explotación).

4.6.8.4. Mutación Gaussiana con Control de Límites

La mutación gaussiana constituye un mecanismo fundamental para intro-
ducir diversidad genética adicional en la población generada tras el cruce.
Específicamente, este proceso modifica aleatoriamente ciertos individuos se-
leccionados, utilizando ruido procedente de una distribución normal centrada
en cero con desviación estándar predeterminada σ.
Se inicia determinando el número exacto de individuos que serán sometidos
a mutación a partir de la tasa de mutación(pmut):

nmut = dpmut · ndesce, pmut ∈ [0, 1] (4.8)

Esta expresión garantiza que una fracción controlada de la población ge-
nerada experimente mutaciones, asegurando así una diversidad adecuada sin
comprometer la estabilidad global del proceso evolutivo. La tasa de mutación
utilizada ha sido pmut = 0,5.
Una vez definidos los individuos específicos que serán mutados, se les aplica
un ruido gaussiano generado a partir de una distribución normal centrada en
cero y con desviación estándar especificada por el parámetro σ :

xmutado = xoriginal +N(0, σ2) (4.9)

Para este estudio se ha utilizado σ = 0,2. Este tipo de perturbación intro-
duce modificaciones continuas y suaves en los parámetros, favoreciendo una
búsqueda local efectiva alrededor de los valores actuales y ocasionalmente
permitiendo también saltos exploratorios más significativos.
Dado que la mutación gaussiana podría generar parámetros que se sitúen fue-
ra del rango permitido, el método implementa un procedimiento para contro-
lar dichos valores, restringiendo estrictamente los resultados de la mutación
dentro de límites definidos explícitamente para cada parámetro. Este meca-
nismo garantiza que los parámetros mutados permanezcan en todo momento
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dentro del intervalo válido, delimitado por límites inferiores y superiores espe-
cificados en la Tabla 4.6.1. De esta forma, se asegura la consistencia y validez
de los individuos generados durante el proceso evolutivo del algoritmo. La
formulación explícita empleada es:

xfinal = mı́n (máx (xmutado, xmin + ε) , xmax − ε) (4.10)

El pequeño parámetro adicional ε asegura que los valores mutados nunca
toquen exactamente los límites.

4.6.8.5. Generación de Nueva Población

La población siguiente es formada por la combinación de:

Élites: los mejores individuos conservados sin alteraciones significati-
vas.

Descendientes generados: individuos resultantes del cruce SBX y la
mutación descritos anteriormente.

La nueva generación es documentada claramente mediante archivos CSV, re-
gistrando cada individuo y sus parámetros para futuras generaciones, comple-
tando así el ciclo evolutivo y preparando la siguiente iteración del algoritmo.
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Resultados y Validación

5.1. Coeficiente de fricción en simulaciones de es-
tampación en frío

La elección de simular el proceso de conformado mediante estampación en frío
del acero inoxidable 1.4301 bajo condiciones secas (en ausencia de lubrica-
ción) responde a la necesidad de analizar un escenario tribológico claramente
definido y altamente reproducible, común en numerosos estudios de referencia
sobre procesos de conformado metálico. La ausencia de lubricantes permite
simplificar el modelo numérico y eliminar variables adicionales que podrían
introducir incertidumbres en la interpretación de los resultados.
En consecuencia, se ha adoptado un modelo clásico de fricción de Coulomb
con un coeficiente constante. Este enfoque simplificado, aunque no contem-
pla completamente la complejidad inherente al fenómeno tribológico real, es
habitual en la literatura especializada para estudios fundamentales, permi-
tiendo una caracterización inicial clara y una interpretación directa del efecto
de la fricción sobre fenómenos críticos, como la distribución de tensiones, de-
formaciones, adelgazamientos localizados y la predicción del retorno elástico
o springback.
Esta estrategia numérica y metodológica sigue una práctica extendida en
investigaciones previas, como documentan numerosos estudios en procesos
de conformado de chapas metálicas en condiciones secas, especialmente en
etapas tempranas de investigación o cuando el objetivo central es evaluar el
comportamiento plástico y elástico intrínseco del material bajo condiciones
controladas.
Diversas fuentes especializadas en simulación numérica y tribología aplicada
reportan valores en rangos relativamente estrechos para dicha condición de
trabajo. Estos valores reflejan un consenso entre investigadores y aplicaciones
industriales:

Valor tradicional: En ausencia de datos específicos, suele emplearse
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un valor estándar cercano a µ = 0, 15 [118]. Este valor se considera
típico para condiciones de lubricación deficiente o procesos secos.

Estudios experimentales específicos para acero inoxidable
1.4301: Investigaciones tribológicas han determinado coeficientes efec-
tivos para condiciones secas en el rango µ = 0, 19–0, 23 [119], corrobo-
rando valores próximos a µ = 0, 20 en superficies sin retención signifi-
cativa de lubricante.

En ausencia de datos experimentales detallados, se recomienda utilizar un
coeficiente constante de fricción cercano a µ = 0, 20 como punto de partida
para simulaciones FEM de estampación en seco de acero inoxidable 1.4301.

5.1.1. Caracterización numérico-experimental del coeficiente
de fricción

La adecuada selección del coeficiente de fricción en simulaciones FEM cons-
tituye uno de los aspectos críticos para garantizar resultados precisos en
procesos de conformado en frío. En esta subsección, se presenta la valida-
ción del valor del coeficiente de fricción seleccionado (µ = 0, 21) mediante la
comparación directa entre resultados numéricos y experimentales.
La determinación del coeficiente de fricción más adecuado se ha llevado a
cabo mediante un análisis comparativo entre las curvas de fuerza del punzón
frente a su desplazamiento, obtenidas numéricamente mediante simulaciones
y aquellas registradas experimentalmente bajo condiciones reales de confor-
mado sin lubricación. Una vez identificado el valor óptimo del coeficiente de
fricción que reproduce con mayor fidelidad el comportamiento tribológico en
la interfaz herramienta-chapa, se ha procedido a evaluar la sensibilidad de
este parámetro frente a diversas variables relevantes, especialmente aquellas
que serán consideradas posteriormente en un proceso de optimización basado
en algoritmos genéticos.
Para determinar el valor óptimo del coeficiente de fricción, se ha realizado
una serie de simulaciones paramétricas. De los 36 casos inicialmente analiza-
dos, se han seleccionado 6 representativos, correspondientes a las geometrías
tipo U y W con tres radios diferentes de matriz (R5, R8 y R12). Durante
este conjunto de simulaciones, los parámetros del modelo de material se han
mantenido constantes, variando únicamente el coeficiente de fricción en un
intervalo desde µ = 0, 1 hasta µ = 0, 25, con el fin de evaluar su influencia
sobre el comportamiento tribológico en la interfaz herramienta-chapa. Para
determinar el valor óptimo del coeficiente de fricción que mejor se ajusta a
los resultados experimentales, se ha llevado a cabo un estudio basado en si-
mulaciones paramétricas. De un total de 36 casos inicialmente considerados,
se han seleccionado 6 configuraciones representativas que abarcan las geome-
trías tipo U y W para tres radios diferentes en la matriz (R5, R8 y R12).
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La elección específica de estos casos se ha realizado de manera que los valo-
res de fuerza del pisador, velocidad del punzón y orientación de la probeta
respecto a la dirección de laminación estuviesen representados de la forma
más completa y diversa posible. Durante estas simulaciones, los parámetros
del modelo de material se han mantenido constantes, siendo el coeficiente
de fricción el único parámetro variable, cuya variación se ha efectuado en
un rango comprendido entre µ = 0, 1 y µ = 0, 25, con el objetivo final de
identificar aquel valor que minimiza las diferencias respecto a los resultados
experimentales obtenidos bajo condiciones reales. Las configuraciones espe-
cíficas seleccionadas para este análisis paramétrico se resumen en la Tabla
5.1.1.

Tabla 5.1.1: Configuraciones seleccionadas para el estudio paramétrico del
coeficiente de fricción.

ID Radio Fuerza Orientación
Simulación Tipo matriz [mm] pisador [N] [◦]
SIM_09_W_R5_500_90 W 5 500 90
SIM_23_W_R8_1000_45 W 8 1000 45
SIM_34_W_R12_1000_0 W 12 1000 0
SIM_05_U_R5_1000_45 U 5 1000 45
SIM_15_U_R8_500_90 U 8 500 90
SIM_30_U_R12_1000_90 U 12 1000 90

Cada una de las configuraciones numéricas seleccionadas cuenta con su co-
rrespondiente grupo de ensayos experimentales, conformado por seis pruebas
en cada caso: tres repeticiones por configuración , realizadas a dos velocidades
distintas del punzón. Aunque, como se ha indicado previamente, la velocidad
del punzón no ejerce una influencia significativa en los resultados analizados,
la inclusión de ensayos a distintas velocidades tiene como finalidad evaluar
la reproducibilidad y consistencia del procedimiento experimental empleado.
A continuación se presentan los resultados obtenidos mediante un análisis
comparativo entre cuatro simulaciones numéricas realizadas con distintos va-
lores del coeficiente de fricción y los resultados experimentales correspon-
dientes, compuestos por seis ensayos para cada configuración geométrica.
Concretamente, las Figuras 5.1.1, 5.1.2 y 5.1.3 muestran los resultados aso-
ciados a las geometrías tipo W, mientras que las Figuras 5.1.4, 5.1.5 y 5.1.6
recogen los resultados obtenidos para las geometrías tipo U. Como se observa
en las figuras presentadas, las curvas de fuerza del punzón frente a desplaza-
miento obtenidas experimentalmente son adecuadamente reproducidas por el
modelo numérico. Se evidencia claramente la diferencia en el comportamien-
to de las geometrías tipo U y W, donde el modelo captura con precisión la
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interacción entre la probeta y la inserción que determina dicha geometría W.
Esta interacción se manifiesta especialmente a los 34 mm de desplazamiento
del punzón, valor a partir del cual la inserción ejerce su efecto más signifi-
cativo sobre la deformación final de la probeta, tal y como se muestra en la
Figura 4.3.4.

Figura 5.1.1: Comparación entre curvas fuerza-desplazamiento del punzón
obtenidas experimentalmente (líneas continuas con marcadores) y mediante
simulación numérica con diferentes coeficientes de fricción (líneas continuas
sin marcadores), para la geometría tipo W con radio de matriz R5, fuerza de
pisador 500 N y orientación de 90◦ respecto a la dirección de laminación.

Del análisis paramétrico realizado se concluye que el valor del coeficiente de
fricción µ = 0, 21 es el que permite reproducir con mayor fidelidad las curvas
experimentales en todas las configuraciones consideradas. Por consiguiente,
este valor se establece como referencia para llevar a cabo posteriormente el
estudio de sensibilidad de las variables críticas, cuya influencia será anali-
zada detalladamente durante la fase de optimización mediante algoritmos
genéticos.

5.1.2. Análisis de sensibilidad del coeficiente de fricción sobre
variables clave del proceso de conformado

Una vez definido el valor óptimo del coeficiente de fricción, se realiza un
estudio específico de sensibilidad para identificar la influencia del coeficiente
de fricción sobre variables clave del proceso.
Se ha realizado un barrido completo del coeficiente de fricción desde µ = 0, 05
hasta µ = 0, 35. No obstante, el foco principal del análisis se centra en el
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Figura 5.1.2: Comparación entre curvas fuerza-desplazamiento del punzón
obtenidas experimentalmente (líneas continuas con marcadores) y mediante
simulación numérica con diferentes coeficientes de fricción (líneas continuas
sin marcadores), para la geometría tipo W con radio de matriz R8, fuerza de
pisador 1000 N y orientación de 45◦ respecto a la dirección de laminación.

Figura 5.1.3: Comparación entre curvas fuerza-desplazamiento del punzón
obtenidas experimentalmente (líneas continuas con marcadores) y mediante
simulación numérica con diferentes coeficientes de fricción (líneas continuas
sin marcadores), para la geometría tipo W con radio de matriz R12, fuerza
de pisador 1000 N y orientación de 0◦ respecto a la dirección de laminación.

intervalo reducido de µ = 0, 20 a µ = 0, 25, donde se evalúa específicamente la
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Figura 5.1.4: Comparación entre curvas fuerza-desplazamiento del punzón
obtenidas experimentalmente (líneas continuas con marcadores) y mediante
simulación numérica con diferentes coeficientes de fricción (líneas continuas
sin marcadores), para la geometría tipo U con radio de matriz R5, fuerza de
pisador 1000 N y orientación de 45◦ respecto a la dirección de laminación.

Figura 5.1.5: Comparación entre curvas fuerza-desplazamiento del punzón
obtenidas experimentalmente (líneas continuas con marcadores) y mediante
simulación numérica con diferentes coeficientes de fricción (líneas continuas
sin marcadores), para la geometría tipo U con radio de matriz R8, fuerza de
pisador 500 N y orientación de 90◦ respecto a la dirección de laminación.

sensibilidad y variabilidad asociada a pequeñas fluctuaciones del coeficiente
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Figura 5.1.6: Comparación entre curvas fuerza-desplazamiento del punzón
obtenidas experimentalmente (líneas continuas con marcadores) y mediante
simulación numérica con diferentes coeficientes de fricción (líneas continuas
sin marcadores), para la geometría tipo U con radio de matriz R12, fuerza
de pisador 1000 N y orientación de 90◦ respecto a la dirección de laminación.

Tabla 5.1.2: Relación simplificada entre variables y simulaciones

Variables Simulaciones asociadas

θO12, θF2Hz, Rabc

#SIM_01_U_R5_1000_90
#SIM_03_U_R8_500_90
#SIM_05_U_R12_1000_0

θc3c2_O1, θO12, θV 2F

#SIM_02_W_R5_500_45
#SIM_04_W_R8_500_45
#SIM_06_W_R12_500_0

alrededor del valor calculado anteriormente. Las variables consideradas en
este análisis y las simulaciones empleadas para realizar la parametrización
correspondiente se resumen en la tabla 5.1.2.
Las Figuras 5.1.7, 5.1.8 y 5.1.9 presentan los resultados obtenidos para la
geometría U en términos de las variables específicas θO12, θF2Hz y Rabc. Por
su parte, las Figuras 5.1.10, 5.1.11 y 5.1.12 muestran los resultados corres-
pondientes a la geometría W para las variables específicas θc3c2O1, θO12 y
θV 2F . En todas estas figuras, la región sombreada resalta el intervalo crítico
del coeficiente de fricción comprendido entre µ = 0, 20 y µ = 0, 25, en el cual
se evalúa detalladamente la sensibilidad de cada variable frente a pequeñas
fluctuaciones en dicho coeficiente. Las etiquetas incluidas en estas regiones
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indican el porcentaje de variación relativa observado dentro del intervalo ana-
lizado.

Figura 5.1.7: Variación del ángulo θO12 en función del coeficiente de fricción
(COF) para los diferentes escenarios de simulación.

Figura 5.1.8: Variación del ángulo θF2Hz en función del coeficiente de fricción
(COF) para los diferentes escenarios de simulación.
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Figura 5.1.9: Variación del ángulo Rabc en función del coeficiente de fricción
(COF) para los diferentes escenarios de simulación.

Figura 5.1.10: Variación del ángulo θc3c2_O1 en función del coeficiente de
fricción (COF) para los diferentes escenarios de simulación.
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Figura 5.1.11: Variación del ángulo θO12 en función del coeficiente de fricción
(COF) para los diferentes escenarios de simulación.

Figura 5.1.12: Variación del ángulo θV 2F en función del coeficiente de fricción
(COF) para los diferentes escenarios de simulación.

En la primera serie gráfica presentada en la Figura 5.1.7, se aprecia que, a
pesar de observarse variaciones según el escenario simulado, los cambios por-
centuales en la variable θO12 dentro del rango de interés (resaltado mediante
sombreado gris) permanecen consistentemente por debajo del 5 %. Esta baja
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sensibilidad, con un valor máximo observado del 1.18 %, indica claramen-
te que los resultados obtenidos para el coeficiente de fricción representativo
(µ = 0,21) poseen una estabilidad y robustez adecuadas para el estudio de-
sarrollado.
En la segunda serie gráfica, mostrada en la Figura 5.1.8 correspondiente a la
variable θF2Hz, se evidencia nuevamente una reducida variación porcentual,
alcanzando un valor máximo de 4.70 %. Esta observación respalda firmemen-
te la idoneidad del coeficiente representativo seleccionado, al demostrar que
los resultados obtenidos en el intervalo estudiado exhiben una variabilidad
limitada y, por ende, una elevada confiabilidad para futuras aplicaciones y
análisis.
Por otro lado, en la tercera serie gráfica (Figura 5.1.9), la variabilidad de
la variable Rabc supera ligeramente el umbral del 5 % en uno de los escena-
rios considerados, registrándose un máximo de 5.19 %, aunque la media del
rango permanece en torno al 4.1 %. Esto sugiere que, pese a la estabilidad
general del comportamiento observado, algunas configuraciones geométricas
particulares presentan una sensibilidad ligeramente superior al coeficiente de
fricción, justificando así un análisis más detallado en dichos casos específicos.
Esta misma situación se observa con la variable θc3c2O1, según se muestra en
la Figura 5.1.10.
Finalmente, las dos últimas gráficas presentadas en las Figuras 5.1.11 y
5.1.12 muestran escenarios caracterizados por una baja sensibilidad (infe-
rior al 2.5 %) en torno al valor del coeficiente de fricción seleccionado. Estos
resultados corroboran de manera contundente la representatividad del valor
adoptado (µ = 0,21) en las simulaciones llevadas a cabo.
Todos estos resultados han sido resumidos en la Tabla 5.1.3, donde se pre-
sentan los valores medios de la variabilidad para cada una de las variables
estudiadas.
En síntesis, los datos presentados avalan claramente la elección del coeficiente
de fricción (µ = 0,21) como adecuado para el propósito del estudio realizado,
dada la baja sensibilidad general observada en los resultados y su buena con-
cordancia con los datos experimentales discutidos en la sección anterior. Esto
permite concluir con certeza que dicho valor es representativo y suficiente-
mente estable como base sólida para futuros análisis con un elevado grado de
confianza.

5.2. Evolución del Algoritmo Genético

5.2.1. Distribución inicial de la población

La distribución inicial de la población juega un papel crucial en el rendimiento
y convergencia de los algoritmos genéticos, ya que una adecuada represen-
tación del espacio de búsqueda puede acelerar significativamente la identifi-
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Tabla 5.1.3: Variación porcentual de las principales variables analizadas en
el estudio.

Variables Variación[ %]
θO12 0.79
θF2Hz 3.28
Rabc 4.14

θc3c2_O1 4.11
θO12 4.53
θV 2F 1.81

cación de soluciones óptimas. En este estudio, cada generación consta de 30
individuos, garantizando una cobertura representativa y suficiente diversidad
genética inicial para la exploración del espacio de soluciones.
Para analizar visualmente dicha distribución, se recurre frecuentemente a
gráficos de violín, una herramienta estadística avanzada que combina la in-
formación ofrecida por los diagramas de caja con la estimación de densidad
de probabilidad.
Los gráficos de violín permiten visualizar no solamente medidas estadísticas
básicas como la mediana, los cuartiles y posibles valores atípicos, sino que
también proporcionan una visión completa y continua sobre la distribución
de los datos mediante una representación simétrica que refleja la densidad
de probabilidad en torno al eje central. Esto resulta especialmente útil en el
contexto de algoritmos genéticos, dado que ayuda a identificar rápidamente
sesgos iniciales o agrupaciones en la población, lo que podría condicionar los
resultados obtenidos durante las etapas iniciales del proceso de optimización.
Por tanto, su empleo contribuye directamente a una mejor interpretación de
la capacidad exploratoria del algoritmo y a una configuración más informada
del mismo. La Figura 5.2.1 muestra la distribución de población inicial.
Al utilizar métodos avanzados de muestreo como el Centered Latin Hypercube
Sampling para generar la primera generación, como se comentó en la Sección
4.6.5, observamos en los gráficos de violín una distribución equilibrada y uni-
forme en todas las dimensiones del espacio de búsqueda. Específicamente, la
representación muestra claramente una dispersión homogénea sin ningún tipo
de agrupamientos, reflejando así que se ha cubierto eficazmente el dominio
de diseño de manera uniforme y exhaustiva. Este comportamiento deseado
facilita la exploración eficiente del espacio de soluciones desde las primeras
iteraciones del algoritmo genético, favoreciendo una convergencia más robus-
ta hacia soluciones globales óptimas.
Adicionalmente, se incluyen las Figuras 5.2.2 y 5.2.3 que ilustran claramente
la evolución de la distribución de parámetros a través de las generaciones
subsiguientes del algoritmo genético. La primera figura, que corresponde a
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Figura 5.2.1: Diagramas de violín representando la distribución inicial
de los parámetros del modelo de plasticidad anisotrópica utilizados en
el proceso de optimización mediante algoritmo genético. Cada gráfico
muestra la variabilidad y densidad iniciales asignadas a los parámetros
cb, y, sc, k, rsat, sb, h, c1, c2 y coe, permitiendo evaluar la diversidad y cober-
tura del espacio de búsqueda al comienzo del proceso.

la variable cb, refleja una convergencia gradual hacia el valor óptimo, evi-
denciando cómo la variabilidad de esta variable persiste durante todas las
generaciones y solo al final logra estabilizarse en torno al valor óptimo. Por
otra parte, la segunda figura, correspondiente a la variable coe, muestra una
rápida estabilización desde la cuarta generación, observándose que los valo-
res posteriores apenas varían. Esta diferencia en el comportamiento de ambas
variables resalta la capacidad del algoritmo para gestionar simultáneamente
diversos patrones de convergencia, adaptándose a la complejidad inheren-
te del espacio de búsqueda. Cabe señalar que en ambas figuras únicamente
se representan las generaciones hasta la octava, dado que las posteriores no
aportan información adicional relevante.

5.2.2. Evolución del Fitness

La evolución del fitness en un algoritmo genético es un aspecto crítico que
permite evaluar la efectividad y eficiencia del proceso de optimización. El
fitness, entendido como una medida cuantitativa que determina la calidad o
desempeño de una solución dentro de un conjunto específico de condiciones,
proporciona información clave sobre el comportamiento del algoritmo a través
del tiempo. A lo largo de sucesivas generaciones, se espera que el algoritmo
mejore gradualmente este fitness promedio, identificando y refinando aquellas
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Figura 5.2.2: Evolución de la distribución de la variable cb a lo largo de las
generaciones del algoritmo genético, mostrando la reducción progresiva de la
variabilidad y la convergencia hacia el valor óptimo.

regiones del espacio de búsqueda que conducen a soluciones más óptimas.
Esta sección presenta un análisis detallado del comportamiento evolutivo del
fitness promedio en las simulaciones realizadas. Se aborda cómo el algoritmo
genético explora inicialmente amplias áreas del espacio de soluciones, lo que
se refleja en una mayor variabilidad y menores valores iniciales de fitness. A
medida que avanza el proceso evolutivo, el algoritmo comienza a explotar de
manera más focalizada aquellas zonas que demuestran mayor potencial de
optimización, incrementando así consistentemente el fitness promedio de los
individuos evaluados.
La evaluación visual y cuantitativa proporcionada por el mapa de calor resul-
ta particularmente útil para identificar tendencias, patrones de convergencia
y eventuales estancamientos o mejoras marginales del fitness. De esta ma-
nera, es posible determinar no solo la efectividad general del algoritmo, sino
también diagnosticar posibles ajustes que permitan optimizar aún más el de-
sempeño del proceso evolutivo. A continuación, en la Figura 5.2.4 se presenta
el mapa de calor mostrando la evolución del fitness medio de cada generación
a lo largo de las sucesivas generaciones para cada una de las simulaciones de
evaluación.
El análisis global del mapa de calor revela una tendencia clara y positiva,
característica fundamental de un proceso de optimización evolutiva exitoso.
Se observa, mediante un análisis visual cualitativo, una transición cromática
marcada desde tonos predominantemente amarillos (valores bajos del fitness)
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Figura 5.2.3: Evolución de la distribución de la variable coe durante las ge-
neraciones del algoritmo genético, evidenciando un proceso de ajuste y con-
centración de los valores en torno a la solución óptima.

en las generaciones iniciales (0, 1) hacia tonos predominantemente azul oscuro
(valores altos del fitness) en las generaciones avanzadas (10, 11, 12). Esta
evolución cromática sugiere de manera inequívoca que el algoritmo genético
ha logrado mejorar consistentemente la calidad de las soluciones (individuos)
conforme avanza el proceso evolutivo.

Generación Inicial (0): Desde el inicio, la población ya manifiesta
una dualidad clara. Se aprecia una segregación inmediata del rendi-
miento: los escenarios ’U’ parten de una base de fitness considerable-
mente más alta con valores > 0,78, mientras que los escenarios ’W’
registran los valores más bajos del conjunto < 0,70. Esto sugiere que
las condiciones ’W’ representan un desafío intrínsecamente mayor para
la optimización.

Fase de Rápida Convergencia (1 – 4): Las primeras generaciones
exhiben el salto de rendimiento más significativo. El cambio de color es
evidente entre 0 y 4, indicando que los individuos con mayor aptitud son
seleccionados rápidamente y sus características genéticas se propagan
por la población. Los escenarios ’U’ consolidan rápidamente su posición
en la región alta del fitness, alcanzando tonos de azul oscuro de forma
temprana. En contraste, los escenarios ’W’ experimentan el salto de
rendimiento relativo más drástico, evolucionando de amarillo a verde
y azul claro, lo que subraya la capacidad del algoritmo para explorar
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Figura 5.2.4: Mapa de calor del fitness medio por generación y para cada
simulación de evaluación. Se observa la progresión del fitness desde la pobla-
ción inicial hasta la decimotercera generación.
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y explotar soluciones prometedoras incluso partiendo de una base de
bajo rendimiento.

Fase de Refinamiento y Convergencia (5 – 12): A partir de la
quinta generación, el ritmo de mejora se ralentiza, y los valores de fit-
ness tienden a estabilizarse en un rango alto (típicamente > 0,90). El
mapa de calor se vuelve más homogéneo en tonos azules oscuros. Es-
te comportamiento es indicativo de la convergencia del algoritmo: la
población ha alcanzado una región del espacio de búsqueda que contie-
ne soluciones de alta calidad, y las mejoras posteriores son marginales
y de refinamiento. La estabilidad en las últimas generaciones sugiere
que extender el número de generaciones podría no producir ganancias
sustanciales, indicando una finalización eficiente del proceso. Es crucial
destacar la robustez del algoritmo genetico: aunque los escenarios ’W’
partieron de una desventaja significativa, logran una buena convergen-
cia , alcanzando valores de aptitud elevados (> 0,90 en la mayoría de
los casos). Si bien en el estado final pueden permanecer ligeramente por
debajo de los escenarios ’U’, el algoritmo ha demostrado su capacidad
para cerrar la brecha de rendimiento inicial.

Otro enfoque posibilita comprender en profundidad cómo influye cada una
de las variables del ensayo en el comportamiento y desempeño global del
algoritmo durante el proceso de optimización.
Con este propósito, se realiza una comparación sistemática de la evolución
del valor medio del fitness en cada generación, agrupado según variables
específicas del ensayo, tales como la geometría de la probeta, el radio de
la matriz, la fuerza ejercida por el pisador y la orientación relativa de la
probeta con respecto a la dirección de laminación.
La Figura 5.2.5 compara los escenarios U y W. Se observa una ventaja inicial
clara del escenario U, que mantiene consistentemente valores más altos de
fitness durante todas las generaciones. El escenario W, aunque inicialmen-
te más rezagado, presenta una clara tendencia ascendente, lo que refleja la
capacidad adaptativa del algoritmo, acercándose significativamente al rendi-
miento del escenario U en la generación 8. Después se analiza la influencia
del radio de curvatura (R=5mm, R=8mm y R=12mm) en el rendimiento del
algoritmo. Aunque inicialmente todos los escenarios presentan valores simi-
lares, a medida que avanzan las generaciones, se observa cómo los escenarios
con radios mayores (8mm y 12mm) comienzan a alcanzar valores ligeramente
superiores.
La Figura 5.2.6 muestra la evolución del fitness medio bajo dos niveles de
fuerza del pisador (Blank Holder Force, BHF). Inicialmente, ambas condicio-
nes presentan valores comparables, indicando una dificultad inicial similar
para la optimización. No obstante, al progresar a generaciones superiores, la
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Figura 5.2.5: Evolución del fitness medio a través de las generaciones del
algoritmo genético. (a) Comparativa entre los escenarios ’U’ y ’W’, desta-
cando la robustez del algoritmo para adaptarse a escenarios inicialmente más
complejos (W). (b) Evaluación del rendimiento según diferentes radios de la
matriz (R=5mm, R=8mm y R=12mm), mostrando cómo el algoritmo mejora con-
sistentemente el rendimiento en configuraciones geométricas variadas.

condición con menor fuerza de apriete (500 N) obtiene resultados marginal-
mente superiores en términos de fitness. La segunda parte del gráfico analiza
el efecto de la orientación anisotrópica de la probeta (RD0, RD45 y RD90).
Aunque las tres orientaciones presentan dificultades iniciales variables, se ob-
serva que la orientación RD90 inicialmente presenta mayor dificultad. Sin
embargo, a partir de la generación 3, RD90 experimenta una notable me-
joría, llegando incluso a superar ligeramente el desempeño de RD0 y RD45
hacia las generaciones finales.

5.2.3. Varianza del fitness y dispersión poblacional

En el contexto de los algoritmos evolutivos (AE), mantener una adecuada
diversidad genética en la población resulta esencial para garantizar la eficacia
y eficiencia en la búsqueda de soluciones óptimas. La diversidad genética
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Figura 5.2.6: Evolución del fitness medio durante las generaciones del algorit-
mo genético considerando distintos parámetros del proceso. (a) Comparación
del rendimiento para diferentes niveles de fuerza del pisador (BHF), mostran-
do una ligera ventaja al utilizar fuerzas moderadas. (b) Análisis del efecto de
la orientación anisotrópica.

permite al algoritmo explorar ampliamente el espacio de soluciones y evitar
la convergencia prematura hacia óptimos locales, asegurando así una mejor
capacidad de adaptación frente a problemas complejos y multimodales.
Para evaluar cuantitativamente la diversidad poblacional, se utilizan dife-
rentes métricas, siendo especialmente relevantes la varianza del fitness y la
dispersión poblacional.
La varianza del fitness se refiere a la medida estadística que cuantifica la varia-
bilidad en los valores del fitness de los individuos dentro de una población. La
dispersión poblacional, por otro lado, describe la distribución espacial de los
individuos dentro del espacio de parámetros, generalmente medida a través
de distancias geométricas entre individuos o respecto al centroide poblacio-
nal. Una dispersión elevada señala una exploración más amplia y diversa del
espacio de búsqueda, mientras que una dispersión reducida puede indicar la
convergencia hacia una solución específica.
La varianza del fitness es una métrica estadística que mide la dispersión o
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variabilidad de los valores de fitness dentro de una población en algoritmos
evolutivos (AE). La varianza del fitness σ2

f se define como:

σ2
f =

1

N

N∑
i=1

(fi − f̄)2 (5.1)

donde:

N es el número total de individuos en la población,

fi es el valor del fitness del individuo i,

f̄ representa la media aritmética de los valores del fitness en la pobla-
ción, definida como:

f̄ =
1

N

N∑
i=1

fi (5.2)

En el contexto de los AE, la varianza del fitness ofrece información clave
sobre el grado de exploración y diversidad en la búsqueda de soluciones. Un
alto valor de esta varianza sugiere que la población contiene individuos con
fitness considerablemente diferentes entre sí, indicando una exploración más
amplia y posiblemente menos riesgo de caer en mínimos locales. En cambio,
una baja varianza refleja una población homogénea, lo que puede sugerir una
fase de explotación intensiva, acercándose potencialmente a un óptimo local.
La Figura 5.2.7 muestra la varianza del fitness del estudio realizado. Se obser-
va claramente una tendencia descendente conforme avanzan las generaciones.
Inicialmente, durante las generaciones 0 a 2, se observa una alta varianza, lo
que es indicativo de una etapa inicial de exploración en la que los individuos
presentan una considerable dispersión en el espacio de soluciones, reflejando
una amplia diversidad en sus valores de fitness. A partir de la generación 3
hasta la 6, se aprecia un descenso progresivo y marcado, sugiriendo que el
algoritmo evolutivo está entrando en una fase de convergencia gradual, re-
duciendo paulatinamente la diversidad de la población. Durante esta etapa,
los individuos comienzan a concentrarse en regiones específicas del espacio
de búsqueda. Finalmente, en las generaciones 8 y 12, la varianza se estabiliza
en valores bajos, indicando que el algoritmo ha transitado a una fase efectiva
de explotación, aproximándose así a soluciones óptimas estables.
Para mejorar aún más este análisis, se complementa esta gráfica con una
representación de la dispersión poblacional. Esto permitiría verificar si la
convergencia observada coincide con una reducción efectiva en la dispersión
geométrica de los individuos en el espacio de parámetros.
La dispersión poblacional se refiere a la distribución espacial y la distancia
entre los individuos dentro de una población. La dispersión se mide cuan-
tificando las distancias geométricas en el espacio de parámetros, entre los
individuos que conforman dicha población.
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Figura 5.2.7: Evolución de la varianza del fitness a lo largo de las generaciones
del algoritmo evolutivo. La disminución progresiva de la varianza indica una
convergencia efectiva hacia soluciones específicas.

La dispersión poblacional juega un rol fundamental al determinar la capa-
cidad del algoritmo evolutivo para explorar adecuadamente el espacio de
búsqueda. Una dispersión alta indica que los individuos están distribuidos de
manera amplia y diversa, lo cual favorece la exploración global y reduce la
probabilidad de quedar atrapados en óptimos locales. Por el contrario, una
dispersión reducida implica que la población está concentrada en regiones es-
pecíficas, indicando una fase predominante de explotación y un mayor riesgo
de convergencia prematura.
Para evaluar numéricamente la dispersión poblacional en cada generación del
algoritmo evolutivo, se utiliza un enfoque basado en la distancia promedio
entre los individuos y el centroide de la población.
En primer lugar, se definieron los individuos como vectores multidimensio-
nales de parámetros, siendo cada individuo representado por:

xi = [pi,1, pi,2, . . . , pi,n] (5.3)

donde n es el número total de parámetros del problema, en este caso concreto
n = 10.
Posteriormente, para cada generación, se procede al cálculo del centroide
poblacional C, definido como el promedio aritmético de los vectores de pa-
rámetros de todos los individuos de la generación actual:
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C =
1

N

N∑
i=1

xi (5.4)

donde N es el número total de individuos en la generación.
A continuación, se calcula la distancia euclidiana de cada individuo hacia
este centroide mediante la expresión siguiente:

d(xi,C) =

√√√√ n∑
k=1

(pi,k − Ck)2 (5.5)

siendo Ck el valor promedio del parámetro k calculado para el centroide
poblacional.
Finalmente, para obtener una medida global de dispersión en cada genera-
ción, se utilizó la media aritmética de estas distancias individuales, definida
formalmente como:

Dmedia =
1

N

N∑
i=1

d(xi,C) (5.6)

La Figura 5.2.8 presenta la gráfica de dispersión poblacional, en la cual se
observa la evolución de la distribución espacial de los individuos a lo largo
de las distintas generaciones del algoritmo evolutivo, destacando particular-
mente el impacto significativo que ejercen los ajustes estratégicos realizados
en los rangos de búsqueda de parámetros específicos. Inicialmente, durante
las generaciones 0 a 1, se observa una alta dispersión que indica una explora-
ción extensiva del espacio de parámetros, reflejando la diversidad inherente
a las etapas iniciales de este tipo de algoritmos. Posteriormente, entre las
generaciones 2 y 4, la dispersión tiende a estabilizarse en valores inferiores,
señalando una convergencia gradual de la población hacia regiones específicas
dentro del espacio de búsqueda. Esta estabilización podría estar asociada al
estancamiento de ciertos parámetros.
Esto se traduce en que el parámetro Y tiende a situarse en los límites in-
feriores de su rango inicial, restringiendo así el espacio de exploración del
algoritmo. Este comportamiento puede observarse claramente en la Figu-
ra 5.2.16, que muestra la evolución de los parámetros a lo largo del proceso
de optimización.
En la generación 5, se observa un incremento abrupto y considerable en la
dispersión poblacional, consecuencia directa de una ampliación estratégica
del rango del parámetro Y . Este ajuste fue implementado precisamente para
abordar el estancamiento detectado previamente, permitiendo así la explora-
ción de regiones del espacio de soluciones que eran inaccesibles con los límites
anteriores, y aumentando significativamente la diversidad poblacional. Des-
pues de esto, la reducción en la dispersión de los resultados ocurre de manera
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más gradual, efecto atribuible principalmente a la ampliación del rango del
parámetro c1. Esta modificación surge como respuesta al estancamiento del
mencionado parámetro en su límite inferior inicial, lo cual puede apreciarse
claramente en la Figura 5.2.19, que muestra la evolución de los parámetros
a lo largo del proceso de optimización.

Figura 5.2.8: Evolución de la dispersión poblacional, medida como la dis-
tancia promedio al centroide poblacional, a lo largo de las generaciones. Los
aumentos puntuales observados en las generacion 5 corresponde a ajustes es-
tratégicos del rango de los parámetros Y y c1, respectivamente, para corregir
estancamientos en sus límites inferiores.

La evolución conjunta de las métricas de varianza del fitness y la dispersión
poblacional permite una comprensión profunda del comportamiento del algo-
ritmo evolutivo a lo largo de las generaciones analizadas. Inicialmente, ambas
métricas muestran valores elevados, indicando una fase de amplia explora-
ción con una población diversa y soluciones heterogéneas. Posteriormente,
se observa una clara tendencia descendente en ambas métricas, sugiriendo
un proceso exitoso de convergencia y explotación de soluciones óptimas. No
obstante, en las generaciones 5 y 7 se implementaron ajustes estratégicos
en los rangos de los parámetros Y y c1, respectivamente, debido a un es-
tancamiento en sus límites inferiores. Estos ajustes provocaron incrementos
puntuales en la dispersión poblacional, permitiendo reactivar la exploración
y evitar una convergencia prematura. El hecho de que la dispersión se incre-
mentara temporalmente tras dichos ajustes, mientras la varianza continuaba
disminuyendo consistentemente, sugiere que las soluciones exploradas man-
tuvieron un nivel elevado de calidad en términos de fitness, reforzando así la
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efectividad de la estrategia adoptada.
Finalmente, la Figura 5.2.9 muestra el error medio de los 30 individuos de
cada generación. Dicho error se calcula como (1−fitness). Asimismo, el indivi-
duo más destacado de cada generación ha sido resaltado, proporcionando así
una representación gráfica complementaria que facilita la interpretación de
la evolución observada anteriormente en términos de dispersión poblacional
y variabilidad del fitness.
Durante las generaciones iniciales (de 0 a 2), las Figuras 5.2.7, 5.2.8 y 5.2.9
presentan valores elevados, lo cual evidencia una fase inicial caracterizada por
una exploración intensa. Esta etapa se distingue por una amplia dispersión
poblacional y errores individuales elevados, indicando que el algoritmo está
explorando activamente distintas regiones del espacio de soluciones.
A partir de la generación 3, las gráficas comienzan a reflejar cambios signi-
ficativos. La dispersión poblacional presenta algunas fluctuaciones puntuales
en generaciones intermedias, especialmente destacables en la generación 5;
no obstante, desde la generación 6 en adelante, exhibe una clara tendencia
descendente. Esta reducción sostenida en la dispersión está estrechamente re-
lacionada con la disminución observada tanto en la varianza del fitness como
en el error individual promedio. Lo anterior indica que, a medida que los in-
dividuos convergen espacialmente, las soluciones generadas tienden a mejorar
progresivamente, estabilizándose hacia valores más próximos al óptimo.
En las generaciones finales (8-12), la dispersión poblacional alcanza valores
mínimos, mostrando una clara correlación con la estabilización del error indi-
vidual y la varianza del fitness en niveles bajos. Esta convergencia combinada
indica que el algoritmo ha transitado eficazmente hacia una fase de explo-
tación, concentrando los individuos en una región concreta del espacio de
búsqueda que corresponde a soluciones próximas al óptimo.
En resumen, la reducción progresiva en la dispersión poblacional observada
durante las últimas generaciones se corresponde directamente con una mejora
significativa en el desempeño del algoritmo evolutivo. Este fenómeno valida
que la convergencia espacial de la población está asociada de manera consis-
tente a la disminución del error individual y a la estabilización del fitness,
confirmando así que el algoritmo ha transitado exitosamente desde una fase
inicial de exploración hacia una fase avanzada de explotación, caracterizada
por soluciones próximas al óptimo.

5.2.4. Evolución Geometrica

La evaluación del ajuste geométrico entre los resultados experimentales y las
simulaciones numéricas constituye un aspecto clave para validar tanto la pre-
cisión como la eficacia del modelo numérico propuesto, así como del método
de optimización elegido. Esta sección presenta un análisis de la evolución geo-
métrica observada durante el proceso de optimización mediante el algoritmo
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Figura 5.2.9: Error (1−fitness) medio de los 30 individuos de cada generación
junto con su individuo óptimo

genético, mostrando las mejoras progresivas alcanzadas en la correspondencia
con las geometrías experimentales.
Se ha seleccionado una muestra representativa que, aunque no incluye la to-
talidad de los experimentos realizados, sí comprende aquellos considerados
más significativos para el estudio. Concretamente, se presentan los resultados
correspondientes a las tres variantes de matriz estudiadas y a las dos geome-
trías analizadas (tipo U y tipo W), garantizando así una cobertura adecuada
de los aspectos experimentales más importantes.
Las figuras 5.2.10 a 5.2.15 muestran la evolución geométrica del perfil si-
mulado a lo largo de las diferentes generaciones del algoritmo genético en
comparación con el perfil experimental. La línea negra sólida corresponde al
promedio de los datos experimentales obtenidos mediante ensayos repetidos,
acompañada de una banda sombreada que representa la desviación estándar
de dichos ensayos, indicando así la variabilidad inherente al proceso experi-
mental.
Se observa que, durante las generaciones iniciales (identificadas mediante
colores oscuros en tonalidades azuladas y moradas), existe una dispersión
significativa en los perfiles simulados respecto al resultado experimental, es-
pecialmente en las regiones críticas destacadas con recuadros rojos, las cuales
se muestran ampliadas en el margen derecho. Estas zonas han sido seleccio-
nadas estratégicamente debido a que presentan una mayor sensibilidad en la
validación del modelo, al estar caracterizadas por curvaturas pronunciadas y
transiciones geométricas abruptas, factores que condicionan notablemente la
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precisión del ajuste obtenido.
A medida que avanza el proceso evolutivo del algoritmo (transición hacia to-
nos verdes y amarillos), se evidencia una clara tendencia hacia la reducción de
las desviaciones geométricas con respecto al perfil experimental. Particular-
mente en la última generación representada en color amarillo, la coincidencia
entre los resultados simulados y experimentales es notablemente alta, lo que
refleja la efectividad del método en la optimización de los parámetros del
modelo material empleado.
Las vistas ampliadas a la derecha de la figura permiten una apreciación más
detallada del comportamiento evolutivo en las zonas críticas antes descritas.

Figura 5.2.10: Evolución generacional del ajuste geométrico para el ensayo
U_R5_1000_90, correspondiente a una geometría tipo U con radio de
matriz de 5 mm, fuerza del pisador (BHF) de 1000 N, y orientación del
espécimen a 90◦ respecto a la dirección de laminación.

5.2.5. Evolucion Parametros

En esta sección se analiza detalladamente la evolución de los parámetros del
modelo a lo largo de las sucesivas generaciones del algoritmo evolutivo. El
objetivo es identificar las tendencias en la variación de dichos parámetros y
evaluar su convergencia hacia valores óptimos, así como examinar la relación
directa entre esta evolución y la mejora observada en el ajuste numérico-
experimental. Para ello, se presentan figuras donde se muestra la evolución
de los diferentes parámetros a lo largo de las sucesivas generaciones del algo-
ritmo evolutivo. El eje horizontal representa las generaciones del algoritmo,
mientras que el eje vertical indica los valores numéricos de dichos parámetros,
adaptándose dinámicamente según el rango definido en cada generación. El
rango disponible para la selección de los individuos está representado median-
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Figura 5.2.11: Evolución generacional del ajuste geométrico para el ensayo
W_R5_500_45, correspondiente a una geometría tipo W con radio de
matriz de 5 mm, fuerza del pisador (BHF) de 500 N, y orientación del espé-
cimen a 45◦ respecto a la dirección de laminación.

Figura 5.2.12: Evolución generacional del ajuste geométrico para el ensayo
U_R8_500_90, correspondiente a una geometría tipo U con radio de ma-
triz de 8 mm, fuerza del pisador (BHF) de 500 N, y orientación del espécimen
a 90◦ respecto a la dirección de laminación.

te rectángulos azules de fondo, cuya altura varía entre generaciones conforme
cambia la amplitud permitida del parámetro.
Los puntos rojos corresponden a los valores específicos adoptados por cada
uno de los individuos en cada generación. Adicionalmente, el círculo y la cruz
negra indican, respectivamente, los dos mejores individuos de cada genera-
ción permitiendo observar su evolución desde la generación inicial hasta la
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Figura 5.2.13: Evolución generacional del ajuste geométrico para el ensayo
W_R8_500_45, correspondiente a una geometría tipo W con radio de
matriz de 8 mm, fuerza del pisador (BHF) de 500 N, y orientación del espé-
cimen a 45◦ respecto a la dirección de laminación.

Figura 5.2.14: Evolución generacional del ajuste geométrico para el ensayo
U_R12_500_0, correspondiente a una geometría tipo U con radio de ma-
triz de 12 mm, fuerza del pisador (BHF) de 500 N, y orientación del espécimen
a 0◦ respecto a la dirección de laminación.

final. El valor del mejor individuo a lo largo de las generaciones traza una
línea discontinua que visualiza claramente la trayectoria del valor más óptimo
encontrado para este parámetro.
La Figura 5.2.16 muestra la evolución de los parámetros cb y y a lo largo de las
generaciones del algoritmo evolutivo. En el caso específico del parámetro cb,
en la generación inicial se observa una elevada dispersión, debida principal-
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Figura 5.2.15: Evolución generacional del ajuste geométrico para el ensayo
W_R12_500_0, correspondiente a una geometría tipo W con radio de
matriz de 12 mm, fuerza del pisador (BHF) de 500 N, y orientación del
espécimen a 0◦ respecto a la dirección de laminación.

Figura 5.2.16: Evolución de los parámetros cb y y
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mente al método empleado para generar los individuos de dicha generación.
A partir de la segunda generación, los resultados se estabilizan rápidamente
y convergen hacia un valor específico, alrededor del cual persisten peque-
ñas fluctuaciones en las generaciones posteriores. Por su parte, el parámetro
y muestra un comportamiento diferente: inicialmente converge rápidamente
hacia el límite inferior del rango inicial definido como [600, 300], lo que mo-
tiva una ampliación de dicho rango hasta [600, 100] en la generación 5. Esta
ampliación produce un nuevo incremento en la dispersión, aunque finalmente
el parámetro converge nuevamente hacia el valor anteriormente obtenido.

Figura 5.2.17: Evolución de los parámetros sc y k

La Figura 5.2.17 muestra la evolución de los parámetros sc y k a lo largo de
las generaciones del algoritmo evolutivo. Para el parámetro sc, se aprecia un
aumento rápido del valor óptimo hasta alcanzar un máximo en la segunda
generación. Posteriormente, desde la cuarta generación en adelante, los valo-
res óptimos del parámetro se estabilizan y presentan pequeñas fluctuaciones
alrededor de un valor constante.
En cuanto al parámetro k, sufre una rápida disminución del valor optimo
que alcanza su mínimo en la tercera generación. A partir de este punto, se
observa una estabilización gradual hacia valores relativamente constantes en
las generaciones posteriores, acompañada de fluctuaciones menores en torno
al valor óptimo estabilizado.
La Figura 5.2.18 presenta la evolución de los parámetros rsat y sb a lo largo
de las generaciones del algoritmo evolutivo. Para el parámetro rsat, se ob-
serva una tendencia descendente rápida hasta alcanzar un valor mínimo en
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Figura 5.2.18: Evolución de los parámetros rsat y sb

la tercera generación. A partir de este punto, los valores óptimos se estabili-
zan y permanecen relativamente constantes en las generaciones posteriores,
aunque persisten ligeras fluctuaciones en torno a dicho valor.
En cuanto al parámetro sb, también se aprecia un incremento rápido del
valor óptimo que alcanza su máximo en la segunda y tercera generación.
Posteriormente, desde la tercera generación en adelante, los valores dismi-
nuyen y convergen rápidamente hacia un valor constante, mostrando una
estabilización con pequeñas oscilaciones alrededor de dicho valor.
La Figura 5.2.19 ilustra la evolución de los parámetros h y c1 a lo largo de
las generaciones del algoritmo evolutivo. Para el parámetro h, inicialmente
experimenta una caída brusca, seguida de una fase de oscilación moderada,
para finalmente alcanzar una convergencia estable en torno a 0,35 hacia las
últimas generaciones. En cuanto al parámetro c1, se aprecia una clara ten-
dencia descendente que culmina con un valor mínimo que satura el valor en
el minimo del rango establecido inicialmente [0,15, 0,25]. En la generacion 7
se modifica dicho rango a [0,10, 0,18] donde se produce una nueva reducion y
convergencia hacia su valor óptimo.
La Figura 5.2.20 muestra la evolución de los parámetros c2 y coe a lo largo
de las generaciones del algoritmo evolutivo. El parámetro c2, inicialmente
muestra un rápido incremento del valor óptimo, que alcanza un máximo
claramente definido en la primera generación. Posteriormente, dicho valor
desciende de manera gradual aunque aún presenta pequeñas fluctuaciones.
Acaba estabilizándose alrededor de un valor más bajo en las últimas genera-
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Figura 5.2.19: Evolución de los parámetros h y c1

Figura 5.2.20: Evolución de los parámetros c2 y coe
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ciones.
Por otro lado, el parámetro coe presenta un marcado descenso en su valor,
que rápidamente se estabiliza desde la segunda generación, manteniéndose
prácticamente constante y mostrando mínimas variaciones durante todas las
generaciones posteriores.

5.2.6. Individuo Óptimo Final

Una vez evaluada la evolución de los parámetros a lo largo del proceso evolu-
tivo, se ha identificado el individuo óptimo final, correspondiente a la solución
que ofrece el mejor ajuste con respecto a la función objetivo establecida. La
Tabla 5.2.1 recoge los valores óptimos alcanzados por cada uno de los pa-
rámetros considerados, resultado de la convergencia observada durante las
generaciones del algoritmo.
Este conjunto de parámetros constituye una solución robusta y estable, dado
que su elección responde a una clara convergencia y estabilización del algo-
ritmo evolutivo, respaldada por la disminución progresiva en la dispersión
de los valores y la estabilidad final observada en las últimas generaciones.
El valor del fitness logrado por este individuo es de 0.94, lo cual implica un
ajuste altamente satisfactorio con un error aproximado del 6 % respecto a los
resultados experimentales.
A continuación, en la siguiente sección, se empleará dicho individuo óptimo
final para validar y analizar detalladamente el comportamiento del modelo
analizado en la Sección 3.1 frente a los resultados experimentales, confir-
mando así la eficacia y precisión de la metodología utilizada en una pieza
industrial.

Tabla 5.2.1: Valores del individuo óptimo final obtenidos mediante el algorit-
mo evolutivo.

Parámetro Valor óptimo final
cb 649.20
y 303.11
sc 104.88
k 6.43

rsat 604.17
sb 28.73
h 0.32
c1 0.11
c2 0.77
coe 15.67

199



Capítulo 5. Resultados y Validación

5.3. Resultados Experimentales Pieza Industrial

En esta sección se presentan los resultados obtenidos a partir de la campa-
ña experimental realizada sobre la pieza final de producción. Dichos ensayos
han sido diseñados y ejecutados con el objetivo de caracterizar el comporta-
miento mecánico real del material en condiciones representativas del proceso
industrial. Toda la información relativa al útil empleado para la medición
del desplazamiento producido por el springback se encuentra detallada en la
sección 3.1.3.
La campaña experimental ha consistido en la fabricación de un total de veinte
piezas mediante el proceso de conformado, distribuidas en dos niveles distin-
tos de fuerza de pisado: 50 toneladas y 200 toneladas. Para cada nivel se han
producido diez piezas. El propósito de esta variación en la carga de pisado
es inducir diferentes estados tensionales en las piezas conformadas, con el
fin de evaluar posteriormente su influencia sobre el fenómeno de springback.
Esta estrategia experimental permite establecer una base comparativa sólida
para analizar la sensibilidad del retroceso elástico a las condiciones de carga
aplicadas durante el proceso de conformado, así como la sensibilidad de los
modelos numéricos a diferentes estados tensionales inducidos en la pieza.
Este conjunto de resultados experimentales constituye la base de referencia
sobre la cual se llevarán a cabo los análisis comparativos con las simulaciones
numéricas del mismo proceso, implementadas mediante el modelo de plastici-
dad anisotrópica Barlat YLD2000 y el modelo de endurecimiento cinemático
no lineal de Yoshida-Uemori, calibrado mediante técnicas de optimización
basadas en algoritmos genéticos, presentados anteriormente.
Los diagramas presentados en las Figuras 5.3.1 y 5.3.2 describen el desplaza-
miento elástico (Zdesp mostrado en la Figura 3.1.2) en función del perímetro
del canto libre desde 0 a 2800 mm, iniciándose en la zona frontal y avanzando
en sentido antihorario a través de las zonas Frente, Derecha, Posterior e Iz-
quierda. El eje X indica este desarrollo del perímetro, mientras que el eje Y
representa el desplazamiento Zdesp relativo, positivo hacia la parte superior
del útil. Para facilitar la interpretación, se han establecido zonas claramente
delimitadas mediante franjas verticales: el Frente (0–900 mm, sin sombrea-
do), la Derecha (900–1400 mm, sombreado oscuro), la Posterior (1400–2300
mm, sin sombreado) y la Izquierda (2300–2800 mm, sombreado oscuro). Esta
segmentación permite relacionar fácilmente la respuesta local de las cuatro
caras y las características particulares de la pieza estudiada.
En las figuras se representan los resultados experimentales junto con su co-
rrespondiente banda de error. Las barras verticales asociadas a cada pun-
to experimental indican la desviación estándar de las mediciones realizadas.
Además, la zona sombreada proporciona una estimación visual de la varia-
bilidad esperada en torno a la tendencia media. Esta representación permite
evaluar de forma más rigurosa la consistencia de los datos experimentales y
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Figura 5.3.1: Los resultados experimentales obtenidos para una fuerza de
pisado de 50 t muestran deformaciones de hasta −4 mm en la zona frontal y
3 mm en la esquina Frente–Derecha. La máxima desviación respecto al valor
medio es de ±0,35 mm, evidenciando la alta repetibilidad del proceso.

Figura 5.3.2: Resultados experimentales para una fuerza de pisado de 200 t.
El frente de la pieza alcanza −1,6 mm, aumentando hasta 1 mm en la esquina
Frente–Derecha. La cara derecha presenta un patrón ondulado con un mínimo
en su centro y un máximo de 0,8 mm en la esquina Posterior–Derecha. En
la cara posterior la deformación llega a −1 mm, retornando a −0,1 mm en la
cara izquierda.
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su comparación posterior con los resultados numéricos.
La Figura 5.3.1 presenta los resultados experimentales para una fuerza de
pisado de 50 toneladas. Se observa una deformación en la zona media del
frente de la pieza de -4 mm alcanzando en la esquina Frente-Derecha una
deformación de cerca de 3 mm. La deformacion en la cara derecha desciende
hasta los -0.5mm mientras que en la posterior alcanza los -3 mm relajandose
hasta los -1.5mm en la esquina Posterior-Izquierda, que durante su transi-
to sobre la cara izquierda aumenta hasta los 0.5mm al llegar a la esquina
Frente-Izquierda. La máxima desviación registrada respecto al valor medio
ha sido de ±0,35. mm, lo que pone de manifiesto una elevada repetibilidad
del proceso de conformado desde el punto de vista geométrico. Esta baja dis-
persión dimensional refuerza la validez de los datos experimentales como base
de referencia para la comparación con los resultados numéricos y confirma la
estabilidad del proceso bajo las condiciones evaluadas.
La Figura 5.3.2 presenta los resultados experimentales para una fuerza de
pisado de 200 toneladas. El frente de la pieza alcanza una deformación de
-1.6 mm aumentando hasta 1mm al llegar a la esquina Frente-Derecha. La
cara derecha sigue un patrón ondulado, descendiendo progresivamente hasta
alcanzar un valor mínimo al llegar al centro de la cara para volver a alcanzar
los 0.8mm en la esquina Posterior-Derecha. En la cara posterior de nuevo la
deformación llega a los -1 mm retornado a -0.1 en la cara izquierda.
El springback es esencialmente consecuencia de tensiones residuales no uni-
formes que quedan en la pieza tras la deformación y descarga. En una em-
butición, diferentes regiones de la chapa experimentan distintos historiales
de deformación, lo que lleva a un estado tensional complejo después del con-
formado. Cuando la chapa se estira y dobla sobre el radio de la matriz y
luego se endereza formando la pared vertical, se genera un ciclo de doblado
y desdoblado. Durante la flexión inicial sobre el radio de la matriz, la cara
exterior de la chapa (lado que contacta el punzón) queda en tensión, mientras
que la cara interior (lado de la matriz) está en compresión. Posteriormente,
al pasar a la pared recta (desdoblado), esas mismas fibras cambian de rol: la
cara que estuvo en tensión pasa a compresión y viceversa.
Debido a este ciclo, es difícil que ambas caras del espesor tengan deformacio-
nes idénticas, quedando un gradiente de tensión a lo largo del espesor incluso
después de haberse liberado la carga. Este gradiente a través del espesor ac-
túa como un momento flector residual que tiende a abrir o curvar la pieza
tras la descarga. La pared que debería ser recta presenta una ligera curva-
tura debido a que un lado de su espesor se acorta elásticamente mientras
el otro se alarga al liberar las tensiones elásticas desbalanceadas. Asimismo,
las pestañas o bordes libres de la pieza pueden abrirse por estas tensiones
no equilibradas, ya que no tienen restricción geométrica una vez retirada la
matriz.
La trayectoria de deformación influye notablemente en estas tensiones re-
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siduales. Si durante el conformado se producen inversiones de carga como
la compresión seguida de tracción, ocurre el efecto Bauschinger: el mate-
rial presenta una reducción de su tensión de fluencia en la dirección inversa,
facilitando algo de deformación plástica durante la fase de desflexión. Sin
embargo, si la inversión de tensiones no es suficientemente grande como para
plastificar por completo la fibra inicialmente comprimida, ésta quedará con
tensión elástica acumulada. En el caso de la embutición, si la pared no se so-
mete a un estiramiento suficiente durante la embutición, la cara interior que
estuvo comprimida podría no fluir plásticamente al enderezarse, reteniendo
una tensión residual de compresión elevada. Al descargar, esa tensión intenta
aliviarse elongando la fibra interior y encogiendo la exterior, provocando una
curvatura neta de la pared hacia afuera. En cambio, si durante la embutición
se aplica una tracción significativa, es posible que la capa interior también
se someta a flujo plástico al desdoblar, reduciendo o invirtiendo las tensiones
internas y dejando el espesor en un estado tensional más uniforme. Esto úl-
timo minimiza el momento flector residual y por ende el springback angular
y la curvatura lateral.
La fricción entre la chapa y las herramientas juega un papel dual en este
proceso. Una mayor fricción (debido a un coeficiente de fricción alto o a una
mayor presión del pisador) restringe el deslizamiento de la chapa y requiere
mayores fuerzas de tracción para arrastrarla hacia el interior de la matriz.
Por el contrario, con una fricción baja la chapa fluye más libremente. Si el
material se desliza sin mucha resistencia, la deformación en la pared proviene
más de un simple arrastre que de un estiramiento intenso lo que resulta
en menores deformaciones plásticas en la zona de la pared. En consecuencia,
una fricción baja puede contribuir a que quede un mayor componente elástico
recuperable (más springback), mientras que una fricción elevada induce mayor
tensión y plastificación, reduciendo la recuperación elástica. La fricción actúa
en conjunto con el pisador: si la fuerza de sujeción es insuficiente o la chapa
está excesivamente lubricada, habrá más deslizamiento y menor tensión en
el material. Si el pisador aprieta con fuerza y/o se emplean elementos como
resaltes de frenado que añaden fricción controlada, el material experimenta
más tensión y estiramiento durante la embutición, modificando la trayectoria
de deformación hacia un estado más favorable con más deformación plástica
uniforme generando menos tensiones desbalanceadas.
La comparativa entre los resultados experimentales obtenidos para fuerzas de
pisado de 50 y 200 toneladas muestra claramente el impacto que la presión
aplicada tiene sobre la distribución final de deformaciones y, en consecuencia,
sobre el fenómeno del springback. Con una fuerza de pisado de 50 toneladas,
la pieza evidencia deformaciones mayores y variaciones locales más pronun-
ciadas, reflejando un menor nivel de plastificación y, por ende, tensiones re-
siduales más heterogéneas que favorecen la aparición del springback.
Al incrementar la fuerza de pisado a 200 toneladas, se observa una reducción
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significativa de las deformaciones máximas y una distribución más homo-
génea de las mismas. Esto implica un mayor grado de plastificación y un
historial de deformación más uniforme, minimizando el gradiente tensional a
través del espesor. En consecuencia, se atenúa el momento flector residual,
disminuyendo considerablemente el springback resultante.

5.4. Resultados Numéricos Pieza Industria

En esta sección se presentan los resultados obtenidos de la cadena de si-
mulaciones numéricas que incluyen los procesos consecutivos de embutición,
corte y springback de la pieza estudiada, utilizando el modelo de plasticidad
anisotrópica YLD2000 descrito en capítulos anteriores. Este estudio sirve co-
mo caso base o referencia inicial para posteriores análisis comparativos con
simulaciones del mismo proceso empleando el modelo de Yoshida-Uemori, cu-
yos parámetros han sido calibrados mediante la optimización con algoritmos
genéticos.

5.4.1. Modelo YLD2000: resultados y validación

En la Figura 5.4.1 se presentan los resultados comparativos entre la medida
experimental (azul claro, con banda de dispersión) y la simulación numérica
(azul oscuro) con el modelo *MAT_BARLAT_YLD2000, ambas correspondientes
a una fuerza del pisador de 50 t. La curva experimental muestra el perfil
real del desplazamiento a lo largo del perímetro de la pieza, mientras que la
simulación reproduce la tendencia general.
En la región frontal, la simulación predice adecuadamente el primer pico de
desplazamiento, aunque con una sobreestimación en la amplitud y posición
del valle. En la zona derecha se aprecia una correspondencia adecuada en la
forma, pero una discrepancia significativa en la magnitud del perfil. En la
parte posterior aparecen discrepancias más notables: la simulación tiende a
suavizar las oscilaciones observadas en el ensayo experimental, lo que sugiere
limitaciones del modelo para reproducir variaciones locales más complejas del
springback. Finalmente, en la zona izquierda la predicción vuelve a alinearse
con los resultados experimentales en las esquinas, aunque no es capaz de
capturar la geometría lineal de la deformación en el ala izquierda.
En conjunto, los resultados muestran que el modelo *MAT_BARLAT_YLD2000
ofrece una capacidad predictiva razonable del springback global, pero aún con
diferencias locales que evidencian la necesidad de incorporación de modelos
avanzados.
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Figura 5.4.1: Comparación entre el perfil experimental y el numérico obtenido
con el modelo *MAT_BARLAT_YLD2000 bajo una carga de 50 t.

En la Figura 5.4.2 se comparan los resultados experimentales (verda, con
banda de dispersión) con la simulación numérica (roja) basada en *MAT_
BARLAT_YLD2000 para una fuerza de pisador de 200 t. A nivel global, la
simulación reproduce sólo parcialmente la morfología del perfil: aparece un
sesgo vertical sistemático hacia desplazamientos más negativos, del orden de
1-2 mm a lo largo de gran parte del perímetro.
En la región Frente, el modelo capta la presencia del primer valle, pero sub-
estima claramente el ascenso final y no alcanza el máximo positivo observado
experimentalmente; tanto la amplitud como el nivel medio quedan más de-
primidos. En la Derecha se mantiene la correspondencia en la localización
de mínimos, aunque la magnitud es sobreestimada por la simulación y per-
siste un sesgo negativo notable. En la zona Posterior la simulación suaviza
las oscilaciones y no reproduce el pico alrededor de 1500 mm de perímetro;
el desfase vertical se mantiene prácticamente constante. Finalmente, en la
Izquierda el experimento muestra una recuperación progresiva hacia valores
próximos a cero, mientras que la predicción conserva un perfil más negativo
y no captura la tendencia casi lineal de la subida final.
A 200 t el modelo *MAT_BARLAT_YLD2000 describe de forma razonable la ten-
dencia global del springback, pero presenta un error sistemático y un alisado
de las variaciones locales.
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Figura 5.4.2: Comparación entre el perfil experimental y el numérico obtenido
con el modelo *MAT_BARLAT_YLD2000 bajo una carga de 200 t.

En conjunto, los ensayos de 50 t y 200 t muestran que *MAT_BARLAT_YLD2000
reproduce la forma global del perfil, pero infracaptura la amplitud y suavi-
za las variaciones locales; además, a 200 t aparece un desfase vertical casi
constante (del orden de 1-2 mm), lo que puede evidenciar una sensibilidad
insuficiente a la historia de carga y al efecto Bauschinger. Cabe notar, asi-
mismo, que este modelo asume un módulo elástico constante no contempla
su evolución con la deformación, lo que probablemente contribuye tanto al
sesgo observado como al alisado de las oscilaciones locales.

5.4.2. Modelo Yoshida-Uemori: resultados y validación

En la Figura 5.4.3 se comparan los resultados experimentales (azul, con ban-
da de dispersión) con la simulación numérica (morado) basada en la ley de
endurecimiento Yoshida-Uemori implementada en *MAT_242, para una fuerza
del pisador de 50 t. En términos globales, el modelo reproduce la tendencia
del perfil a lo largo del perímetro y capta el cambio de signo en las transicio-
nes, aunque persiste un alisado de las oscilaciones locales.
En la región Frente, la simulación predice el primer valle pero con menor
amplitud y una recuperación demasiado gradual; el pico positivo siguiente se
subestima y aparece ligeramente desplazado. En la Derecha se conserva la for-
ma general, pero la transición hacia valores negativos se retrasa y se pierden
las pequeñas ondulaciones observadas experimentalmente entre 1100-1400
mm. En la zona Posterior, la localización del valle principal (1900 mm) y su
amplitud se reproducen razonablemente, si bien el mínimo resulta algo más
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profundo y el entorno está sobreamortiguado. Finalmente, en la Izquierda la
predicción permanece más negativa que el experimento hasta 2350–2400 mm;
la recuperación posterior es más brusca y termina con un ligero sobrealcance
positivo, capturando la pendiente casi lineal del ala.
En la Figura 5.4.4 se comparan los resultados experimentales (verde claro,
con banda de dispersión) con la simulación numérica (verde fino) basada en la
ley Yoshida–Uemori implementada en *MAT_242, para una fuerza de pisador
de 200 t. A escala global, el modelo reproduce la morfología del perfil y el
cambio de signo entre zonas, aunque persisten diferencias de amplitud y un
cierto alisado de las ondulaciones locales.
En la región Frente, la simulación capta el valle inicial pero lo sobrestima en
profundidad y recupera demasiado rápido; el pico cercano a 1000 mm aparece
sobredimensionado respecto al experimento. En la Derecha, la forma general
es coherente, pero el hombro intermedio se representa con una transición
más rígida y se pierden pequeñas oscilaciones observadas en la medida. En
la zona Posterior, el descenso y la posición del valle principal se reproducen
razonablemente, si bien la amplitud es más negativa que la experimental y el
entorno aparece sobreamortiguado. Finalmente, en la Izquierda se concentran
las mayores discrepancias: la simulación genera un valle más profundo en
torno a 2350-2450 mm y una recuperación brusca con sobrealcance positivo
al final del perímetro, mientras que el experimento muestra una subida más
gradual hacia valores próximos a cero.
En conjunto, a 200 t el modelo YoshidaUemori (*MAT_242) mejora la coheren-
cia de fase respecto al comportamiento medido y reduce parcialmente el sesgo

Figura 5.4.3: Comparación entre el perfil experimental y el numérico obtenido
con el modelo *MAT_242 bajo una carga de 50 t.
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observado con modelos puramente isotrópicos, pero sobrepredice amplitudes
en crestas y valles y suaviza la textura local del springback. Una calibración
adicional de los parámetros cinemáticos e isotrópicos, junto con la revisión
del módulo elástico efectivo y de las condiciones de contacto/sujeción, de-
bería acotar el sobrealcance en los extremos y recuperar las oscilaciones de
pequeña escala.

Figura 5.4.4: Comparación entre el perfil experimental y el numérico obtenido
con el modelo *MAT_242 bajo una carga de 200 t.

El modelo YoshidaUemori en *MAT_242 proporciona una predicción sólida del
springback a 50 y 200 t: reproduce con buena fidelidad la morfología global
del perfil, el cambio de signo entre zonas y la localización de los principales
valles y crestas. Las discrepancias son localizadas y se manifiestan sobre todo
en la amplitud de ciertos extremos y en un ligero alisado de ondulaciones de
pequeña escala, manteniendo la coherencia global del perfil.

5.4.3. Comparativa Resultados

Esta sección compara cuantitativamente el poder predictivo de las formula-
ciones Yoshida–Uemori *MAT_242 y Barlat *MAT_BARLAT_YLD2000 frente a
la medición del springback bajo la misma condición de fuerza de pisado. La
Figura correspondiente se organiza en dos paneles: el superior muestra los
perfiles experimental y numéricos, y el inferior representa el residuo puntual

r(s) = yexp(s)− ymodelo(s) (5.7)

Por convenio, r > 0 denota una subestimación del desplazamiento por parte
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del modelo. El análisis se estructura por zonas (Frente, Derecha, Posterior e
Izquierda) y evalúa, de forma consistente, la coherencia de fase (posición de
máximos y mínimos), la amplitud, el sesgo medio (offset) y la textura local
del perfil. Con este marco, se identifican fortalezas y limitaciones de cada
formulación.

Figura 5.4.5: Comparativa experimento-simulación (50 t). Panel superior:
perfiles de desplazamiento a lo largo del perímetro, con banda de disper-
sión experimental y resultados de YoshidaUemori (*MAT_242) y YLD2000
(*MAT_BARLAT_YLD2000). Panel inferior: residuos experimento-modelo para
cada formulación.

En la Figura 5.4.5 se comparan, para 50 t, las predicciones de *MAT_242
(Yoshida–Uemori, curva morada) y *MAT_BARLAT_YLD2000 (curva azul fina)
frente a la medida experimental (azul con banda).
Frente. YLD2000 genera un valle excesivamente profundo y una recupera-
ción tardía siendo el residuo marcadamente positivo, alcanzando los 3,1 mm.
Mientras que YU sigue la forma del valle inicial con desfase moderado y
subestimando el maximo, limitando su residuo a 1,8 mm.
Derecha. YLD2000 introduce una oscilación de gran amplitud y un pico
desfasado, con un residuo totalmente positivo que asciende a 2,6 mm. YU
reproduce la transición de la esquina Frente–Derecha pero no el cambio de
signo, aunque el residuo morado permanece acotado alrededor 1,8 mm.
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Posterior. YLD2000 subestima la profundidad en parte del tramo y desplaza
la curvatura, generando residuo más acusado cercano a los 2 mm. YU captura
la posición del valle principal y su entorno consiguiendo un resido cercano a
1 mm.
Izquierda. YLD2000 no recoge la tendencia casi lineal del ala y alterna un
valle profundo seguido de una cresta elevada resultado en un residuo que
llega a los 2 mm. YU reproduce la geometría lineal del ala manteniendo un
residuo por debajo de 1 mm.
Para la condición analizada (50t), Yoshida–Uemori *MAT_242 ofrece una
predicción más consistente del perfil: mantiene el residuo más centrado
y reduce los máximos locales (de ∼2,6 mm a ∼1,8 mm según la zona),
con mejor coherencia de fase en la localización de valles y crestas. Barlat
*MAT_BARLAT_YLD2000 presenta, en cambio, sesgos sistemáticos con valles
sobredimensionados y picos desfasados, especialmente en las zonas Derecha
e Izquierda. Persisten desajustes localizados de amplitud y un ligero alisado
de las variaciones locales.

Figura 5.4.6: Comparativa experimento-simulación (200 t). Panel superior:
perfiles de desplazamiento a lo largo del perímetro, con banda de disper-
sión experimental y resultados de YoshidaUemori (*MAT_242) y YLD2000
(*MAT_BARLAT_YLD2000). Panel inferior: residuos experimento-modelo para
cada formulación.
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En la Figura 5.4.6 se comparan, para 200 t, las predicciones de *MAT_242
(Yoshida–Uemori, curva verde) y *MAT_BARLAT_YLD2000 (curva roja) frente
a la medida experimental (verde con banda de dispersión).
Frente. YLD2000 genera un valle inicial profundo y un ascenso tardío lo que
genera un residuo mayormente positivo y del orden de 2,3 mm.YU reproduce
la curvatura y el nivel medio con mejor ajuste; el residuo permanece próximo
a 1 mm, con un ligero repunte al llegar a la esquina Frente–Derecha.
Derecha. YLD2000 se mantiene excesivamente negativo aunque copia la cur-
va experimental pero produciendo un residuo persistentemente positivo sobre
los 2 mm. YU, en cambio, capta la cresta positiva alrededor de la esquina
Frente–Derecha y el valle posterior con buena coherencia de fase, aunque con
cierta sobreamplitud pero manteniendo el residuo contenido por debajdo de
1 mm.
Posterior. YLD2000 presenta un sesgo más acusado hacia valores negativos
y no es capaz de captar la curva que presentan el ala posterior. El residuo
asociado presenta un pico de 2 mm.
YU sigue la curvatura del ala experimental hasta acercarse a la esquina
Posterior–Izquierda donde se aleja de esta devolviendo un residuo pico de
1 mm.
Izquierda. YLD2000 introduce un valle seguido de una cresta elevada, mien-
tras el ala izquirdo experimental es pracicamente lineal.
YU reproduce dicha recuperación casi lineal hacia la esquina Frente–Izquierda
y sólo presenta un sobrealcance moderado al final presentando un residuo
alrededor de 1 mm.
Comparando los dos niveles de carga en el pisador (50 t y 200 t), se observa
que, la formulación Yoshida–Uemori (*MAT_242) demuestra una capacidad
predictiva más robusta del springback que YLD2000 (*MAT_BARLAT_YLD2000)
manteniendo el residuo acotado en torno a ∼1 mm, con picos de ∼1.8 mm ,
mejora sistemáticamente la coherencia de fase en la localización de valles y
crestas.
En contraste, YLD2000 (*MAT_BARLAT_YLD2000) exhibe sesgos medios per-
sistentes y valles sobredimensionados con picos de residuo en el rango de
2–3 mm, a lo largo de todo el perfil, junto con desajustes de fase y un alisado
de las variaciones locales.
Considerando de forma integrada amplitud, desplazamientos sistemáticos y
fase, Yoshida–Uemori (*MAT_242) se configura como la opción preferente pa-
ra la predicción del springback en el material y geometría estudiados bajo
condiciones análogas; no obstante, la presencia de desajustes localizados in-
dica márgenes de mejora atribuidas a la identificación de parámetros y/o
a limitaciones constitutivas y/o oportunidades de refinamiento en el mode-
lo numérico del proceso de embutición que deberán abordarse en trabajos
futuros.

211



Capítulo 5. Resultados y Validación

212



Capítulo 6

Conclusiones e
investigaciones Futuras

6.1. Conclusiones
En esta tesis doctoral se ha abordado la caracterización y modelizado avan-
zado del comportamiento plástico anisotrópico y el fenómeno de recuperación
elástica (springback) en láminas de acero inoxidable austenítico metaestable
sometidas a procesos de conformado en frío.
Los resultados obtenidos permiten plantear las siguientes conclusiones a cada
uno de los obejtivos especificos planteados inicialmente:

Se implementaron con éxito modelos constitutivos avanzados, particu-
larmente el modelo de fluencia anisotrópica YLD2000 y el modelo de
endurecimiento Yoshida-Uemori. Se ha observado claramente cómo el
modelo de Yoshida-Uemori MAT_242 optimizado mediante las técnicas
propuestas en esta tesis permite mejorar significativamente la preci-
sión en la predicción del springback respecto a los resultados obtenidos
exclusivamente con el modelo YLD2000(MAT_133).

Se desarrolló un modelo numérico robusto capaz de simular eficazmen-
te el proceso completo de conformado en frío, incorporando aspectos
clave como la anisotropía del material, el contacto entre herramientas
y chapa, la transición de fases en la simulación numérica y la recupera-
ción elástica (springback). Este modelo ha sido validado satisfactoria-
mente frente a resultados experimentales obtenidos a partir de ensayos
realizados sobre la pieza real en dos estados distintos de conformado,
correspondientes a fuerzas del pisador (Blank Holder Force, BHF) de
50 t y 200 t. La buena correlación observada entre los resultados nu-
méricos y experimentales en ambos escenarios confirma la precisión del
modelo desarrollado, destacando especialmente su robustez y capacidad
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predictiva bajo condiciones variables del proceso.

Se ha propuesto y validado una metodología experimental-numérica in-
novadora que simplifica y optimiza el proceso de calibración del modelo
de endurecimiento Yoshida-Uemori. Esta metodología logra reducir sig-
nificativamente la complejidad, el costo y las dificultades asociadas a
los ensayos experimentales tradicionales, facilitando la implementación
práctica tanto en ámbitos industriales como académicos.

Se desarrolló una plataforma experimental robusta, fundamentada en
técnicas avanzadas de medición, particularmente visión artificial, que
permitió la obtención sistemática y precisa de información experimental
durante y después del proceso de conformado. Adicionalmente, se di-
señó una metodología completamente automatizada que, partiendo del
escaneo bidimensional de las probetas conformadas, genera directamen-
te una base de datos estructurada que incorpora tanto la información
geométrica completa de cada muestra como las fuerzas de conformado
aplicadas en cada caso. Esta base de datos experimental proporcio-
na los elementos necesarios para una calibración precisa y rigurosa de
los modelos constitutivos mediante algoritmos genéticos, incrementan-
do así la reproducibilidad y robustez del proceso completo de análisis
numérico-experimental.

Se integraron con éxito técnicas avanzadas de optimización numéri-
ca mediante algoritmos genéticos, aprovechando para ello estrategias
computacionales de alto rendimiento (HPC). En este sentido, la tesis
ha demostrado que es factible optimizar modelos constitutivos avan-
zados de materiales empleando algoritmos holísticos a partir de datos
experimentales obtenidos mediante ensayos de baja complejidad expe-
rimental, pero con un alto espectro informativo. Esta metodología ha
permitido obtener parámetros constitutivos precisos y confiables sin
necesidad de recurrir a ensayos complejos o altamente costosos, lo que
representa un claro avance metodológico frente a los enfoques conven-
cionales en la calibración numérica de modelos avanzados. Asimismo,
esta integración permite transvasar gran parte del esfuerzo y coste expe-
rimental hacia la fase computacional, beneficiándose adicionalmente de
la constante reducción en los costes asociados a los recursos computacio-
nales y del continuo incremento de su potencia. Este enfoque conlleva
un significativo ahorro tanto en tiempo como en recursos económicos,
posicionándose como una alternativa eficiente, robusta y altamente es-
calable para futuras aplicaciones industriales.

Finalmente, se llevó a cabo una validación del modelo optimizado me-
diante comparaciones numéricas y experimentales. Los resultados de-
mostraron la robustez y precisión del modelo optimizado, confirmando
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su aplicabilidad efectiva en la predicción del comportamiento real del
material durante procesos industriales de conformado.

En conjunto, estos resultados cumplen plenamente con el objetivo general
planteado en esta investigación, estableciendo bases sólidas para futuros tra-
bajos que busquen expandir y profundizar en el campo del conformado en
frío de aceros inoxidables austeníticos metaestables, así como en el desarrollo
y aplicación de modelos constitutivos avanzados en contextos industriales y
académicos. Del mismo modo, es posible extraer unas conclusiones de carácter
económico derivadas directamente de los hallazgos científicos y metodológicos
alcanzados. El desarrollo de troqueles para procesos de estampación metálica
constituye una de las inversiones más significativas en proyectos industriales
de conformado, con un coste de fabricación que puede situarse entre 150 000e
y 200 000e para piezas de la complejidad considerada en esta tesis. A este
desembolso inicial deben añadirse las modificaciones posteriores necesarias
cuando la pieza no cumple con las tolerancias dimensionales, siendo cada co-
rrección adicional un coste de entre 10 000e y 30 000e, además de retrasos
que pueden prolongarse entre 1 y 4 meses. Estas iteraciones implican, asi-
mismo, pruebas físicas sucesivas del troquel, tanto en las instalaciones del
proveedor como en la prensa final de producción, generando costes logísticos
y de coordinación adicionales.
En este contexto, las metodologías desarrolladas en esta tesis capaces de
mejorar la predicción del springback, reducir la dependencia de ensayos físicos
complejos y desplazar esfuerzos hacia la simulación computacional de bajo
coste relativo adquieren un valor estratégico. La posibilidad de anticipar con
mayor fiabilidad la magnitud y distribución del retorno elástico en la fase
de diseño permite reducir de manera significativa el número de iteraciones
físicas necesarias para la puesta a punto del troquel. Así, evitar una única
modificación mayor de 30 000e y tres meses de retraso en la industrialización
compensa ampliamente el esfuerzo requerido en la implementación de las
estrategias de validación virtual propuestas en este trabajo.
A mayor escala, en proyectos con múltiples utillajes, el ahorro potencial puede
alcanzar centenares de miles de euros, garantizando la viabilidad económi-
ca de lanzamientos industriales. Además de este impacto directo en costes
y tiempos, la reducción de iteraciones físicas libera capacidad productiva de
prensas y recursos humanos, mejora la eficiencia global de la planta, incre-
menta la predictibilidad del proceso de desarrollo y disminuye la tasa de
rechazo en la fase inicial de producción. En definitiva, la presente tesis no
solo contribuye a consolidar el conocimiento científico en torno al comporta-
miento plástico anisotrópico y la predicción del springback, sino que también
aporta herramientas prácticas que optimizan el ciclo de vida económico de
los proyectos industriales de estampación, reforzando la competitividad de
las empresas mediante una gestión más eficiente de sus recursos financieros
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y temporales.

6.2. Investigaciones Futuras
Los desarrollos y resultados presentados en esta tesis forman parte de un
trabajo en curso, que se espera tenga continuidad en el tiempo. Aún que-
dan desafíos por delante y pueden definirse ciertas tendencias futuras para
continuar con la investigación de esta tesis. Algunos desarrollos adicionales
previstos para el futuro incluyen lo siguiente:

En esta tesis, la validación ha estado limitada únicamente al períme-
tro externo de la pieza. Como trabajo futuro, sería muy interesante y
relevante extender esta validación a todas las superficies internas de
la pieza, ya que esto permitiría asegurar de manera más completa la
precisión y fiabilidad del modelo propuesto. Esta ampliación contribui-
ría a reforzar la robustez de los resultados y brindaría una visión más
integral del comportamiento del material y del proceso estudiado.

Una línea prometedora para futuros trabajos radica en la incorporación
de modelos avanzados de fricción dentro de simulaciones numéricas por
elementos finitos en procesos de conformado metálico. Tradicionalmen-
te, los modelos simplificados de fricción, como el modelo de Coulomb
con coeficiente constante, han predominado en estudios académicos e
industriales. Sin embargo, recientes avances en tribología permiten em-
plear modelos que capturan efectos más realistas, considerando facto-
res como presión local, velocidad relativa y distribución variable del
lubricante. La implementación de mapas de fricción obtenidos median-
te ensayos experimentales específicos y software especializado facilita
simulaciones más precisas alineando mejor las predicciones numéricas
con los resultados experimentales.
En futuras investigaciones, sería recomendable profundizar en la cali-
bración e integración de estos modelos tribológicos avanzados, así como
explorar su impacto en diferentes geometrías, materiales y condiciones
de proceso, para alcanzar simulaciones más fiables y cercanas a la reali-
dad industrial.

Una dirección clave para futuros trabajos es profundizar en la im-
plementación y calibración de modelos constitutivos anisotrópicos de
ultima generación como los modelos de endurecimiento anisotrópico
homogéneo (HAH). La integración de estos modelos más sofisticados
en herramientas numéricas existentes, particularmente combinados con
criterios anisotrópicos avanzados de fluencia, promete mejorar notable-
mente la precisión de las predicciones de fenómenos críticos, como la
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recuperación elástica. En este contexto, futuras investigaciones deberán
enfocarse en el refinamiento adicional de estos modelos, incluyendo el
desarrollo de versiones simplificadas que reduzcan el coste computacio-
nal sin perder fidelidad en las predicciones. Asimismo, es fundamental
continuar avanzando en métodos de calibración robustos y eficientes,
aplicables a distintos materiales y condiciones de conformado, asegu-
rando que estos modelos puedan representar adecuadamente los efectos
derivados de múltiples predeformaciones y trayectorias complejas de
carga típicas de procesos industriales reales.

Analizar la integración de modelos constitutivos avanzados que incluyan
transformaciones de fase inducidas por deformación plástica, particu-
larmente relevantes en aceros austeníticos metaestables. Estas trans-
formaciones afectan el endurecimiento local y las tensiones residuales,
impactando directamente sobre el springback observado experimental-
mente. Por tanto, será necesario desarrollar modelos fenomenológicos de
mezcla de fases y enfoques micromecánicos basados en la evolución de
dislocaciones, capaces de predecir tanto la respuesta plástica anisotró-
pica como la reducción del módulo elástico y la recuperación anelástica
tras la descarga.

Explorar los modelos asistidos por datos e inteligencia artificial. Un
avance emergente consiste en la utilización de técnicas de machine lear-
ning y enfoques data-driven para mejorar la predicción del springback.
Existen estudios que emplean redes neuronales y algoritmos de apren-
dizaje para predecir directamente el springback a partir de parámetros
de proceso y material, creando metamodelos que ahorran tiempo de
cómputo en comparación con un FEM tradicional. Por otro lado, la
inteligencia artificial también se está aplicando al modelizado constitu-
tivo en sí: en lugar de definir una ley analítica fija, se entrena un modelo
de aprendizaje automático (ej. redes neuronales recurrentes) con datos
de ensayos para que actúe como ley constitutiva del material. Estos
enfoques basados en datos es posible que puedan capturar comporta-
mientos complejos sin aumentar excesivamente la complejidad teórica
del modelo, aunque requieren conjuntos de datos amplios y de calidad.
A futuro, es esperable una hibridación de modelos físicos con Inteligen-
cia Artificial, donde la estructura fundamental deriva de la mecánica
(asegurando consistencia con principios físicos) y los detalles complejos
se aprenden de los datos, optimizando así la predicción del springback
en escenarios desafiantes.
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Glosario

Acrónimos y abreviaturas

BHF Blank Holder Force. Fuerza del pisador durante la embuti-
ción.

COF Coefficient of Friction. Coeficiente de fricción µ en contacto
herramienta–chapa.

FEM Finite Element Method. Método de los Elementos Finitos.
GA Genetic Algorithm. Algoritmo genético para calibración in-

versa de parámetros.
IGES Formato estándar para intercambio de geometría; se usa

para trayectorias de recorte.
LS-DYNA Código FE explícito/implícito para dinámica no lineal y

conformado.
RD Rolling Direction. Dirección de laminación (RD0, RD45,

RD90).
Springback Recuperación elástica tras la descarga.
SFE Stacking Fault Energy. Energía de defecto de apilamiento

(controla el TRIP y movilidad de dislocaciones).
TRIP Transformation Induced Plasticity. Transformación γ → α′

inducida por deformación.
YLD2000 Criterio anisotrópico de fluencia de Barlat.
YU Yoshida–Uemori. Modelo de endurecimiento mixto de dos

superficies, capaz de reproducir el efecto Bauschinger y la
evolución transitoria del material bajo cargas cíclicas.

ArUco Biblioteca de visión artificial basada en marcadores fiducia-
les, utilizada para la calibración 2D de escala y rotación, así
como para la extracción de perfiles con precisión submilimé-
trica.

SBX Simulated Binary Crossover, operador de cruce empleado en
algoritmos genéticos que emula el intercambio de informa-
ción genética en variables continuas, favoreciendo la explo-
ración eficiente del espacio de soluciones.
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Símbolos

B Radio inicial de la superficie envolvente, [Pa].
C1 Parámetro material que define el inicio de la evolución no

lineal, [-].
C2 Parámetro material que regula la curvatura de la evolu-

ción no lineal, [-].
E Módulo elástico, [Pa].
E0 Módulo elástico inicial, [Pa].
Ea Módulo asintótico saturado, [Pa].
K Coeficiente de resistencia, [Pa].
M Exponente material (cristalografía), [-].
Q Parámetro de saturación, [Pa].
R Variable escalar de endurecimiento isotrópico, [Pa].
RBauschinger Razón de Bauschinger, [-].
R∞ Valor límite de endurecimiento isotrópico, [Pa].
αi Coeficientes anisotrópicos del modelo YLD2000, [-].
β Exponente asociado a la tasa de deformación o temperatu-

ra, [-].
α Tensor de tensión de retroceso, [Pa].
n Dirección normalizada de flujo plástico, [-].
s Tensor desviador de tensiones, [Pa].
ε̄ Deformación plástica equivalente, [-].
γ Variable de endurecimiento cinemático, [-].
γ Coeficiente de saturación del backstress, [-].
δ Incremento o deformación unitaria, [-].
εp Deformación plástica, [-].
ε11 Deformación en la dirección de laminado, [-].
ε22 Deformación transversal (ancho), [-].
ε33 Deformación en el espesor, [-].
κ Parámetro de saturación de endurecimiento, [-].
λ Multiplicador plástico, [-].
µ Coeficiente de fricción, [-].
ν Coeficiente de Poisson, [-].
ρ Densidad, [kg/m3].
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ρABC Variable experimental de geometría, [-].
σ Tensión, [Pa].
σf Tensión de fluencia antes de la inversión de carga, [Pa].
σr Tensión inicial tras la inversión de carga, [Pa].
ξ Constante de degradación, [-].
b Parámetro de saturación de Voce, [-].
c Parámetro de endurecimiento, [-].
cp Parámetro de endurecimiento lineal de Prager, [-].
dε̃p Incremento de deformación plástica equivalente, [-].
dq̃ Incremento de la tensión de retroceso, [Pa].
f Función de fluencia, [Pa].
k Coeficiente que regula la velocidad con la que se alcanza el

endurecimiento isotrópico, [-].
n Exponente de endurecimiento, [-].
r Coeficiente de anisotropía de Lankford, [-].
r0 Coeficiente de anisotropía en 0◦, [-].
r45 Coeficiente de anisotropía en 45◦, [-].
r90 Coeficiente de anisotropía en 90◦, [-].
rn Coeficiente de anisotropía normal, [-].
Ṙ Tasa de evolución isotrópica, [Pa].
α̇ Tasa de evolución de la tensión de retroceso, [Pa].
ε̇ p Tasa de deformación plástica, [-].
ε̇p Tasa de deformación plástica equivalente acumulada, [-].
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