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RESUMO

O presente trabalho apresenta uma metodologia para a estimativa da vida sob condicGes de fretting.
A metodologia considera o uso da Teoria das Distancias Criticas associada a um modelo de fadiga
multiaxial baseado na abordagem de plano critico. A ideia inicial da metodologia é de que estimativas de
vida em fadiga para problemas envolvendo concentradores e gradientes de tensdo devem considerar que
existe uma relacdo entre a distancia critica (zona de processo) e o numero de ciclos para a falha. Essa
relagdo pode entdo ser usada com modelos baseados em tenséo para estimar a vida em regime de médio /

alto nimero de ciclos, onde as tensdes ainda sdo elasticas.

Para a aplicacdo e validagdo da metodologia foram utilizados dados da literatura envolvendo o
contato entre cilindros fabricados em liga aeronautica Al 4%Cu (HE 15-TF). Estes dados revelaram que o
fendmeno de fretting ndo produz efeito sobre a resisténcia a fadiga do componente quando a semi-largura
do contato, a, € menor do que um valor critico. Todos os testes experimentais foram conduzidos sob-

regime de escorregamento parcial.

Pelos resultados obtidos pode-se concluir que em regime de fadiga de médio nimero de ciclos (e.g.
10° < N < 107 ciclos) a metodologia funciona com boa acuracia. No entanto, para os dados que foram
interrompidos em 107 ciclos (condicdo de parada dos ensaios experimentais para atingir vida infinita),
mostrou-se que uma abordagem limiar tipo falha / ndo-falha, € mais apropriada com estimativas de

resisténcia localizadas dentro de uma faixa de erro de + 20% .

Palavras-chave: Fadiga por fretting, Fadiga multiaxial, Teoria das Distancias Criticas, liga de Aluminio.
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ABSTRACT

This work presents a methodology to estimate fretting fatigue lifetime of mechanical components.
The methodology considers the use of the Theory of Critical Distances applied in conjunction with a
multiaxial fatigue model based on the Critical Plane approach. The starting point of this methodology is
that to estimate lifetime of components under stress gradient/stress concentration conditions it is necessary
to assume that the critical distance (process zone) is a function of the number of cycles to failure. This
relationship can be used together with stress based models to estimate lifetime in the high / medium cycle

regime where the stresses are still elastic.

To validate the proposed model experimental data were taken from the literature. These data
involves a cylinder on plane contact configuration where both contacting bodies are made of an aeronautic
alloy Al 4%Cu (HE 15-TF). The data revealed that the fretting phenomenon do not affect the component’s
fatigue strength when the semi-width of the contact, a, is lower than a critical value. All tests were carried

under partial slip regime.

From the results we can conclude that the multiaxial model considered in conjunction with the
Theory of Critical Distances was able to estimate fretting fatigue life with a good level of accuracy in the
medium-high cycle regime (10° < Ny < 107 ciclos). However, for tests which run out (at 10’ cycles -
infinite life) a fail/safe approach proved to be more appropriate and provided fatigue strength estimates

within an error interval of about 4+ 20%.

Keywords: Fretting fatigue, Multiaxial fatigue, Theory of Critical Distances, aluminum alloy.
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1. INTRODUCAO

1.1. CONSIDERACOES INICIAIS

O interesse na prevencdo de falhas em componentes mecanicos tomou corpo ao longo da Revolucao
Industrial e firmou-se como necessidade absoluta a partir da Segunda Guerra Mundial. Nos ultimos anos,
com a intensa concorréncia global, tem havido um grande interesse em aumentar a qualidade,
produtividade e confiabilidade dos produtos manufaturados proporcionando um avango significativo nas

técnicas de engenharia de projeto.

De acordo com a definicdo da ASTM E 206 (1972) o processo de fadiga é definido como um
"processo de mudanca estrutural permanente, localizada e progressiva que ocorre em um material
submetido a condigdes que produzem tensdes e deformacdes flutuantes em algum ponto (ou pontos) e que

podem culminar em trincas ou fratura completa, apds um numero suficiente de flutuacoes".

O estudo do fendmeno de fadiga é de fundamental importancia no projeto de maquinas e estruturas,
visto que a maior parte das falhas verificadas em operacdo sdao em decorréncia do fenédmeno de fadiga.
Segundo estudos realizados nos Estados Unidos e Europa estima-se que os efeitos econémicos decorrentes
de fraturas sejam da ordem de 4% do Produto Interno Bruto (PIB), em um pais medianamente
industrializado, sendo 90% desses custos provenientes de falha por fadiga (ASM HANDBOOK, 1996).

Sabe-se que a falha por fadiga ocorre devido ao crescimento instavel de trincas acarretando em
fratura fragil do material. A nucleacdo da trinca pode ocorrer em regides de alta concentracdo de tensdes
do material carregado ciclicamente, caso 0 mesmo apresente alta qualidade de acabamento superficial, ou
podem se originar de defeitos macroscépicos pré-existentes no material, caso 0 mesmo ndo tenha um bom

acabamento superficial. A combinacdo de ambos o0s casos também é possivel.

A nucleacdo de trinca pode se originar de concentradores de tensfes internos no material, tais
como inclusdes e vazios, ou mesmo de defeitos macroscopicos pré-existentes como consequéncia de uma
baixa qualidade de acabamento superficial. Além disso, outra fonte de nucleagdo de trinca pode existir em
montagens mecanicas (e.g. acoplamentos, pecas rebitadas ou parafusadas, etc.) associado ao movimento
relativo de pequena amplitude ao longo da interface de contato entre os mesmos (usualmente inferior a
100um).



A fadiga por fretting é um tipo caracteristico de fadiga que vem recebendo bastante atencdo por
parte dos cientistas e engenheiros nas ultimas décadas devido ao grande nimero de falhas de componentes
atribuidas a este fenémeno. O fretting ocorre sempre que uma juncdo entre componentes é submetida a
uma forca oscilatoria provocando deslocamento tangencial relativo de pequena amplitude (usualmente
inferior a 100um) em pelo menos parte da interface de contato (Nowell, 1994). Testes experimentais

revelam que o fretting pode reduzir em até 90% a resisténcia a fadiga de um material metalico.

Em montagens mecanicas envolvendo contato e sujeitas a cargas vibratdrias, ou tensdes ciclicas,
dois fenbmenos podem surgir como consequéncia: o desgaste superficial dos corpos em contato,
originando o denominado desgaste por fretting, no qual fragmentos de metal sdo arrancados dos corpos
em contato formando particulas de 6xidos que, pela maior dureza em relacdo a maioria dos metais de
origem encontrados na engenharia, causam desgaste. O segundo fendmeno diz respeito a nucleacdo de
trinca na regido de contato provocando a reducdo na resisténcia a fadiga do componente submetido ao
carregamento ciclico. Este processo é denominado fadiga por fretting.

1.2. CONTEXTUALIZACAO DO ASSUNTO

Desde a metade do século XIX, cientistas e engenheiros tem feito significativas contribuicbes para
entender o fendbmeno de fadiga em uma ampla gama de materiais. A primeira pesquisa detalhada para
entender o fendmeno nos metais foi iniciada em 1842 ap6s um acidente ferroviario proximo a cidade de

Versailhes, Franga. A causa desse acidente foi uma falha no eixo frontal da locomotiva.

No periodo de 1852 a 1869, o pesquisador alemdo Wohler conduziu investigacdes sistematicas de
falhas em rodas de ferrovias. Seu trabalho conduziu a caracterizacdo do comportamento em fadiga plena
dos metais em termos da amplitude de tensdo versus vida em fadiga e ao conceito de limite de resisténcia
a fadiga. Mas a fadiga por fretting foi estudada sistematicamente somente a partir de 1927 quando
Tomlinson (1927) propds que o principal agente do fendmeno era 0 movimento tangencial entre as

superficies em contato.

Warlow-Davis (1941) examinaram a influéncia do fretting na vida em fadiga. Em seus ensaios
Warlow-Davis impuseram primeiramente ao material o dano por fretting e, posteriormente, conduziu 0s
ensaios de fadiga. Nesse caso, foi constatado que os materiais submetidos a essa condi¢do apresentavam

reducdo em torno de 13% a 17% em sua resisténcia mecanica.
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Posteriormente coube a McDowell (1953) conduzir ensaios simultaneos de fadiga por fretting e,
posteriormente, outros trabalhos foram realizados por Waterhouse (1981). No desenvolvimento do
entendimento dos conjuntos mecanicos uma das maiores conquistas, a qual é ainda utilizada nos dias
atuais, foi a analise do contato Hertziano sob condi¢des de escorregamento parcial de Mindlin (1949). Os
resultados de Mindlin foram extensivamente usados por Johnson (1955) em experimentos envolvendo o

fendmeno de fretting.

A partir de 1955, apds uma série de acidentes envolvendo os avides da companhia aérea Comet,
surgem os conceitos de "falha segura” e "vida segura” no meio aeroespacial. Os projetos mecanicos sao
desenvolvidos para uma falha segura, no qual assume-se que o material tem ou ir& desenvolver falhas ou
defeitos que irdo afetar a resisténcia mecanica do componente, mas sem que iSs0O comprometa a

integridade do mesmao, pelo menos temporariamente.

Apesar disso, em 1988, o acidente com uma aeronave da Aloha Airlines, na qual uma parte da
estrutura da aeronave se desintegrou durante o vbo (Fig. 1.1), levou os engenheiros a rever varios itens
que influenciam a durabilidade de uma aeronave, tais como: estruturas, seguranca, economia e exigéncias

legais.

O acidente da Aloha teve como causa principal a propagacdo e a unidao de mdaltiplas trincas que
nuclearam a partir dos furos dos rebites da fuselagem da aeronave. A nucleacdo dessas trincas foi
consequéncia do movimento relativo entre os rebites e a fuselagem da estrutura do avido. No setor
aeroespacial, onde as diversas montagens entre 0s componentes estdo sujeitas as vibracfes que podem
provocar uma falha por fadiga por fretting, a vida operacional dos aparelhos deve ser compativel com a

alta confiabilidade, alto desempenho, baixo custo e peso estrutural dos mesmos.

Outro exemplo de problema tipico envolvendo fadiga por fretting sdo as conexdes entre bombas. A
pré-carga nos parafusos é suficiente para manter o contato entre as flanges e resistir a pressao hidrostatica
interna. No entanto, os parafusos ndo sdo capazes de inibir o deslocamento relativo entre as partes em
contato que surgem em decorréncia da vazdo do fluido bombeado, e/ou de outras fontes externas de
vibracdo. Nesse caso o deslocamento relativo € restringido somente pela friccdo. Além disso, o fendbmeno
tambeém estd presente em: tubulacdes industriais, conexdes entre rotor e pas de turbinas (Figura 1.2) ou
compressores, cabos de transmissdo de energia elétrica, vasos de pressdo, sistemas de propulsao

aeronauticos, entre outros.
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Figura 1.2: Conjunto rotor de turbina a gas e junta tipo rabo-de-andorinha (Hattori, 2011).



Atualmente podemos dividir os modelos de danos por fadiga em trés grupos:

i.  modelos baseados nas tensoes;
ii.  modelos baseados nas deformacdes;

iii.  modelos baseados na energia de deformacéo.
Podemos subdividir os modelos baseados nas tensfes em quatro grupos:

a) tensdes equivalentes empiricas;
b) invariante das tensoes;
c) tensbes médias;

d) Planos Criticos.

O Plano Critico é o plano material onde ocorrera a nucleacdo de trinca por fadiga. Nas ultimas
décadas tem aumentado a popularidade dos critérios baseados no plano critico em fadiga multiaxial. E
importante ressaltar que ndo ha uma padronizacdo quanto ao modo de localizar o plano material, abrindo
oportunidade para que varios critérios sejam formulados. Do ponto de vista mecanico os critérios baseados
no plano critico sdo extremamente atrativos, pois além de estimar com precisdo a resisténcia a fadiga do
componente, 0 mesmo também fornece a localizacdo e a direcdo esperada para ocorrer a nucleacdo da

trinca.

Dentre as propostas existentes atualmente para a determinacdo do plano critico podemos citar a de
Findley (1956), que propds a localizagdo do plano critico com base na combinacéo linear da amplitude da
tensdo cisalhante com a méaxima tensdo normal no plano material. McDiarmid (1987) utiliza o conceito de
trincas tipo A e tipo B (Brown e Miller (1982)), onde as trincas tipo A se propagam ao longo da superficie
do material, enquanto que as trincas tipo B se propagam na direcdo da espessura. Nesse caso, 0 plano

critico é aquele no qual se manifestam os dois tipos de trincas.

Nas ultimas décadas grandes esforgos tém sido feitos para prever ndo somente a resisténcia a fadiga
de corpos plenos e entalhados, mas também estimar a vida de materiais sujeitos a carregamentos de fadiga
multiaxial. O Método das Curvas de Wohler Modificadas (MCWM), formulada por Susmel e Lazzarin
(2002), sugere que a vida em fadiga multiaxial pode ser estimada através do grau de multiaxialidade do
campo de tensdo na zona do processo de fadiga. Como uma formulacdo baseada no critério do Plano
Critico, em sua formulacdo mais generalizada, 0 MCWM postula que o dano por fadiga depende tanto do



valor da tensdo normal quanto da amplitude da tenséo cisalhante no plano material experimentando a

méaxima tensdo cisalhante, o chamado plano critico.

Uma das dificuldades enfrentadas na localizacdo do plano critico é o calculo da amplitude da tensao
cisalhante. Por ndo haver uma padronizacdo no célculo da amplitude da tensdo cisalhante, alguns
pesquisadores propuseram métodos para obter a mesma em historias de carregamentos multiaxiais. As
primeiras tentativas surgiram com Grubisic e Simbirger (1976) que propuseram o Método da Maior
Projecdo da historia de tensdes cisalhantes, Lemaitre e Chaboche (1985) que propuseram o Método da
Maior Corda. Segundo Papadopoulos (1998) tais métodos podem fornecer resultados inconsistentes para
historias de tensGes ndo-proporcionais.

Outros métodos para o célculo da tensdo cisalhante foram propostos posteriormente, dentre os quais
citamos: o Método do Minimo Elipséide Circunscrito, formulado no contexto das tensdes desviadoras
(invariantes de tensdo), proposto por Bin Li et al. (2000), o Método do Menor Elipséide de Norma de
Frobenius, proposto por Zouain et al. (2006), com o objetivo de corrigir alguns equivocos de
implementacdo do método formulado por Bin Li et al. (2000). Posteriormente, Araujo et al. (2010)
propuseram o Método do Maior Retangulo Circunscrito (MRC) para o célculo da amplitude da tenséo

cisalhante em qualquer carregamento de fadiga multiaxial.

Algumas das formulacdes elaboradas nas Gltimas décadas para prever a resisténcia a fadiga e estimar
a vida de materiais sdo aplicadas em conjunto com a Teoria das Distancias Criticas (TDC), concebida por
Taylor (2007). A Teoria das Distancias Criticas € 0 nome dado para um grupo de métodos com certas
caracteristicas em comum utilizadas para contabilizar os efeitos de entalhes e outros concentradores de

tenséo.

Propostas de metodologias para estimar a vida em fadiga utilizando critérios de fadiga multiaxial
associado com a Teoria das Distancias Criticas foram recentemente publicadas. Corpos entalhados com
varias geometrias de entalhes foram utilizados por Susmel e Taylor (2008) para estimar a vida em fadiga
associando o Método das Curvas de Wohler Modificadas em conjunto com a Teoria das Distancias
Criticas. Hattori et al. (2011) também realizaram trabalhos para estimar a vida em fadiga uniaxial de
espécimes sob condigcdes de fretting. No entanto, até o momento, os autores desse trabalho ndo tem
conhecimento de algum trabalho para a estimativa de vida em regime de médio nimero de ciclos (e.g.
entre 10° e 107 ciclos) que considere ndo apenas o efeito do gradiente de tensdo, mas também o campo

complexo de tensdo (multiaxial e ciclico) existentes em problemas sob condicdes de fretting.
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1.3. OBJETIVOS DA DISSERTACAO

O presente trabalho tem por objetivo aplicar o Método das Curvas de Wohler Modificadas associado
com a Teoria das Distancias Criticas para a estimativa de vida utilizando historias de carregamentos
ciclicos multiaxiais. O trabalho estende para fadiga sob condi¢cfes de fretting a abordagem proposta por

Susmel e Taylor (2008) para estimar a vida em fadiga multiaxial de componentes entalhados.

Deve-se observar que ha varias analogias entre problemas de fadiga por fretting e de corpos
entalhados. Assim como as descontinuidades geométricas, o contato mecanico € um concentrador de
tensdo. Além disso, os elevados niveis de tensdo decaem a medida que afasta-se da superficie de contato,
caracterizando a existéncia de gradientes de tenséo, tal como ocorre nos problemas de entalhe.

Para a aplicacdo da metodologia foram utilizados dados da literatura extraidos de Nowell (1988)
utilizando a liga aeronautica Al 4%Cu (HE 15-TF). Uma das finalidades do trabalho de Nowell (1988) foi
demonstrar que o fenémeno de fretting ndo produz efeito sobre a resisténcia a fadiga do componente
quando a semi-largura do contato, a, € menor do que um valor critico. Quatro séries de ensaios foram
conduzidos com a liga de aluminio para investigar a variacdo da largura do contato critico com a pressao
de pico, p,, carga tangencial de contato, Q, e tensdo remota de fadiga, o,. Dentro de cada série foram
adotados oito pares de sapatas de fretting com raios de curvatura variando entre 12,5 mm e 125 mm.

Todos os testes experimentais foram conduzidos sob-regime de escorregamento parcial.

1.4. ESTRUTURA DA DISSERTACAO

Essa dissertacdo esta organizada da seguinte forma: no capitulo "Introducdo" foi feita a
contextualizacdo do fenémeno de fadiga e, além disso, foi apresentada uma breve evolucdo histérica do
estudo de fadiga uniaxial e fadiga multiaxial. No capitulo 2, "Defini¢cGes e conceitos basicos", serdo
apresentados 0s conceitos fundamentais necessarios para o estudo do fenémeno de fadiga uniaxial e
multiaxial, e também serdo apresentadas algumas técnicas para o célculo da amplitude da tensdo
cisalhante no plano critico. No capitulo 3, "Mecénica do contato”, sera abordado o assunto do contato de
corpos necessario para o entendimento do fendmeno de fretting. Nesse capitulo serdo analisados a forma e
o tamanho do contato, além da distribuicdo de tensdes superficiais e no interior do material. No capitulo 4,

sobre "Fadiga uniaxial e multiaxial”, serdo apresentados os mecanismos de fadiga, os efeitos da tenséo



média na vida em fadiga, além de caracterizar o Método das Curvas de Wohler Modificadas e a Teoria das
Distancias Criticas. No capitulo 5, denominado "Estimativa de vida em fadiga multiaxial usando o
MCWM associado com a Teoria das Distancias Criticas em problemas envolvendo concentradores de
tensdo", serd apresentada a metodologia para a estimativa de vida em fadiga multiaxial aplicando o
MCWM em conjunto com a TDC na presenca de qualquer tipo de concentrador de tensdo. No capitulo 6,
de "Resultados”, sera feita ndo apenas uma breve apresentacdo dos dados produzidos por Nowell (1988) e
da metodologia para aplicar a técnica de estimativa de vida para tais dados, mas também uma
apresentacéo e analise detalhada dos resultados obtidos. No capitulo 7, "Discussdes e Conclusfes", serdo
discutidos os resultados e apresentadas as conclusdes do presente trabalho. No capitulo 8, "Propostas de

trabalhos futuros”, seréo sugeridos algumas propostas de prosseguimento desse trabalho.



2. DEFINICOES E CONCEITOS BASICOS

2.1. VETOR TENSAO

Considere o corpo esquematizado na Fig. 2.1. Imagine um plano imaginario, que passa por um

ponto interno arbitrario O, cujo vetor unitario normal é n.

F4

J
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F2
y
X
Z

Figura 2.1: Forcas externas atuando sobre um corpo material e um plano A passando pelo ponto O.

F3

O plano imaginario corta o corpo em duas por¢des. Considerando a por¢do | como um corpo livre,
havera sobre o plano imaginario de corte uma for¢a AF atuando sobre uma area AA contendo O. Pode-se

definir o vetor tensdo de Cauchy, como:

t= lim — (2.1)



Por conveniéncia, t pode ser decomposto em dois vetores: um vetor normal a superficie de corte,
que serd denominado vetor normal (t™), e outro paralelo a superficie de corte, que serd denominado vetor
tensdo cisalhante (t%).

O vetor normal é definido como:
t" = (t-n)n (2.2)
O vetor tensdo cisalhante é definido como:
t'=t—t" (2.3)

O vetor tensdo t depende da orientagdo do plano de corte sobre o qual atua. Tal caracteristica é
conhecida como Hipo6tese de Cauchy, e a relagdo entre o vetor tensdo e o vetor unitario n normal ao plano

é dado pelo Teorema de Cauchy:
t(O,n) = o (0)n (2.4)

Onde 6 (O) é o Tensor Tensdo de Cauchy, caracterizado por um tensor simétrico e de segunda
ordem. Dessa forma, se ¢ (O) é conhecido, pelo Teorema de Cauchy pode-se determinar o vetor tensdo t
em qualquer plano normal.

O tensor de tensdes abaixo, composto pelos vetores unitarios pertencentes a um sistema cartesiano

ortogonal caracterizando um estado tridimensional de tensdo, define o Tensor Tensdo de Cauchy:

O-xx ny O—xZ (2 5)
0 = | Oyx Oyy Oyz
Ozx Ozy Ozz

onde ojj, para i =j temos 0os componentes normais e i # j temos os componentes de tensdo de

cisalhamento do tensor das tensoes.

Pode-se demonstrar, fazendo-se o equilibrio de momentos em um elemento de um corpo, que o
tensor das tensdes & Simétrico, ou seja, ayy = Oy ; 0y, = Oy ; Ox; = Oz,. Dessa forma, o tensor tensdo ¢

torna-se simétrico com apenas seis escalares para definir o estado de tensdo em um ponto.
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2.2. HISTORIAS DE CARREGAMENTO

Carregamentos variando no tempo podem causar danos por fadiga. Equipamentos em servico tais
como: aeronaves, tubulagfes e maquinas de uma maneira geral, possuem carregamentos que variam em
amplitude e frequéncia de forma randémica, de tal forma que os carregamentos tém caracteristicas que

podem variar substancialmente dependendo da aplicacéo.

Os termos quantitativos em um carregamento ciclico de interesse na fadiga sdo a amplitude do
carregamento, o valor médio da tensdo e o numero total de ciclos de tensdo/deformacao. Por exemplo,
para um carregamento envolvendo esforcos de flexdo e torcdo, pode-se representar as historias de tensdes

como:

o(t) = oy + 0, f()(Wt) (2.6)

T(t) =T + 74 fC)(AWE — B) (2.7)

onde:

Ome€ Ty, S80 as tensdes médias;

0a€ T, Sd0 as amplitudes das tensoes;

A é a razdo entre as frequéncias angulares de o (t) e 7 (t);
w é a frequéncia angular;

f(.) sdo funcdes periddicas.

Podemos classificar as historias de tensdes em relacdo a frequéncia como sincronas e assincronas.
Nesse caso, uma histéria de tensdes € dita sincrona quando os componentes do tensor das tensfes estdo na

mesma frequéncia. Caso contrério, a historia das tensdes é dita assincrona.

Além disso, as historias de tensdes podem ser classificadas em proporcionais e ndo-proporcionais.
Esse é um dos aspectos de maior influéncia na fadiga multiaxial, e que implica em redobrar os cuidados
11



quando se extrapola das teorias de fadiga uniaxial para a multiaxial (Socie, 2000). Um carregamento € dito
proporcional quando os componentes do tensor das tensdes mantém uma relacdo de proporcionalidade

durante toda a evolug&o dessa historia, e é descrito da seguinte forma:

onde k € R é um escalar e representa o coeficiente de proporcionalidade.

O carregamento proporcional em um ciclo de carregamento é caracterizado por apresentar uma
orientagéo fixa dos eixos principais associados com 0s componentes alternados da deformacéo. A Fig. 2.2
representa as historias de carregamentos proporcionais.

No caso de carregamentos ndo-proporcionais, em qualquer instante, a orientacdo dos eixos
principais em relacdo & componente ou magnitude varia no tempo, ou Seja, nesse caso ocorre também a
variacdo temporal da orientacdo das tensdes principais. A Fig. 2.3 representa as historias de carregamentos

ndo-proporcionais.

12 T
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Figura 2.2: Carregamentos proporcionais (Socie, 2000).
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Figura 2.3: Carregamentos ndo-proporcionais (Socie, 2000).
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2.2.1. ESTADO UNIAXIAL DE TENSOES

Seja um corpo submetido a um carregamento uniaxial. O estado de tensdo em um ponto O do

material pode ser definido como:

Oxe () 0 O
o(t) = ( 0 0 0), Oxx (t) = o ta,. sen(wt) (2.9)
0 0 0

onde T é o tempo, w é a frequéncia do carregamento de fadiga e o,, € g, sdo os valores médio e a

amplitude da histéria de tensdo o, (t), respectivamente.
Alguns pardmetros importantes nos problemas de fadiga sdo expressos pelas equacfes a seguir,

sendo os valores m&ximo e minimo dos componentes do tensor tenséo ¢ dado por:

Omax = Om + 0g (2.10)
Omin = Om — Oq (2.11)

A faixa de tensdes é expressa por:

13



A0 = Omax — Omin (2.12)

A razdo de carregamento, R, e a razdo de amplitudes, A, sdo expressos pelas Egs. 2.15 e 2.16,

respectivamente.

O' .
R=-"T"% (2.13)
Omax
Oq
A=—
o (2.14)

Pode-se obter também a amplitude e o valor médio da tens&o pelas equacdes a seguir:

_ Omax — Omin (2.15)
O, = —2
oy = Omax -zl' Omin (2.16)

Alguns carregamentos mais comuns sao representados na Fig. 2.4. A Fig. 2.4 (a) representa uma
historia de tensdes flutuantes, onde a razdo de tensdes, R, € R+ 0 e R= —1. A Fig. 2.4 (b) representa uma
historia de carregamento repetido, onde omin € Zero e, consequentemente, a razao de tensées, R, também é
zero. A Fig. 2.4 (c) mostra uma historia de tensdes chamada de completamente alternada, onde a tensdo

média é zero e a razdo de tensdes é R= -1.
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Figura 2.4: Carregamentos ciclicos: (a) Flutuante; (b) Repetido; (c) Completamente alternado.

2.2.2. ESTADO MULTIAXIAL DE TENSOES

Estados multiaxiais de tensfes sdo muito comuns em maquinas e estruturas mecanicas submetidas
a carregamentos combinados. Para a modelagem do problema de fadiga multiaxial torna-se importante
determinar os componentes do vetor tensdo em um plano material A qualquer.

Considere o corpo da Fig. 2.1 submetido a um carregamento ciclico e o plano material A passando
pelo ponto O. O vetor n, normal ao plano A, caracteriza a orientagdo do plano (Fig. 2.5).

Dessa forma o vetor unitario n pode ser escrito da seguinte forma:

n, cosO. sind
n= (ny> = (sine. sind)) (2.17)

n, cosp
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X

Figura 2.5: Vetor unitério n referenciado em um sistema de coordenadas Oxyz pelas suas coordenadas

esféricas © e ¢.

Devido a simetria constatada entre os componentes de tensdo, os planos materiais podem ser

investigados em um intervalo de © e ¢ € [0 e x].

Considere um ponto material de um corpo submetido a um carregamento ciclico e um plano,
denotado por A, passando pelo ponto O. O vetor tensdo t atuando sobre o plano A [Fig. 2.6 (b)] é dado

por:

t=on (2.18)

O vetor tensdo t pode ser decomposto em dois vetores, um perpendicular ao plano A, que é o vetor
tensdo normal, t" e um vetor tangencial ao plano A, que ¢é o vetor tensdo cisalhante, t*. O vetor tenséo

normal, t" ¢é a projecdo de t sobre n [Fig. 2.6 (8)]:

t"=(t-n)n->t"=(on-n)n (2.19)
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Figura 2.6: (a) Vetor tensdo normal t" e o vetor tensdo cisalhante t* atuando em um plano material A; (b)

Evolucéo dessas quantidades de tenséo atuando ao longo de A durante um carregamento complexo.

A tensdo cisalhante média é igual a diferenca dos dois vetores (ver Eg. 2.3):

t'=t—t"> t*=0on—-(on-n)n (2.20)

A defini¢do acima nos fornece que o vetor tensdo cisalhante t* é a projecdo ortogonal do vetor

tensédo t sobre o plano A.

Durante carregamentos ciclicos complexos, a ponta do vetor tensdo t descreve uma curva fechada

¢ [Fig. 2.6 (b)]. Claramente, o vetor normal t™ conserva a sua dire¢éo variando somente em magnitude.
A ponta do vetor t™ varia entre dois pontos de linha definidos por n, sendo esses dois pontos 0s extremos

da projecao da curva ¢ sobre n. Dessa forma, durante um carregamento ciclico, o vetor t" atuando em A

varia em magnitude, mas ndo em direcdo (Papadopoulos, 1998).

Para um tensor tensdo ciclico, a amplitude da tensdo normal e o valor médio da tensdo normal séo

baseados apenas no valor de (t(t)-n), que é um escalar. Nesse caso, esses valores sdo dados por:
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O, = %(maxtep (t(t).n) — min;p (t(t). n)) (2.21)
Om = %(maxtep (t().n) + mingep(t(t).n)) (2.22)

onde, nas Egs. 2.21 e 2.22, P é o periodo do ciclo de carregamento.

2.2.2.1. AMPLITUDE DA TENSAO CISALHANTE EM FADIGA
MULTIAXIAL

A situacdo é muito mais complexa quando se trata da definicdo da amplitude e do valor médio da
tensdo cisalhante. As complexidades surgem devido ao fato de a tensdo cisalhante mudar tanto de
magnitude quanto de direcdo em cada ciclo em uma histéria de carregamento. Portanto, durante um ciclo
de carregamento, a ponta do vetor tensdo cisalhante descreve uma curva fechada W sobre o plano A, a qual
€ uma projecdo da curva ¢ descrita pela ponta do vetor t [Fig. 2.6 (b)]. Dessa forma, o vetor tensdo

cisalhante t* é uma funcéo periddica do tempo.

Vale a pena ressaltar que a curva fechada ¥, formada pela projecdo do vetor tensdo t sobre o plano
A passando pelo ponto O, é diferente em cada plano de corte passando pelo ponto O considerado. Assim
pode-se concluir que a amplitude do vetor tensdo cisalhante depende da orientagdo do plano em que atua,

ou seja, depende do vetor unitério n definido por suas coordenadas esféricas [1,= t* (6,9)].

Para encontrar a maxima amplitude de tensdo cisalhante, maxt,, é necessario avaliar todos os
planos que passam pelo ponto em consideracdo. 1sso pode ser feito executando a procura do maximo valor

de 1, (0©,0), em funcdo dos angulos © e ¢:

max To=maxe ¢{7,(0, $)} (2.23)
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Os angulos denotados por (6, ¢*) correspondem aos pares de angulos que fornecem a solugéo

maximizacdo da Eq. 2.23 acima. O par (6", ¢*) pode definir o plano critico.

As primeiras tentativas para calcular a maxima amplitude da tensdo cisalhante sob estado de tenséo
biaxial ndo-proporcional foram conduzidas por Little (1965,1966), e Little e Little (1965). Esses autores
conduziram ensaios para avaliar a amplitude da mé&xima tensao cisalhante com carregamentos de flexao e
torcdo completamente reversos fora-de-fase e sincronos, usando uma combinacdo de métodos analiticos e
graficos. No entanto, os trabalhos desses autores ficaram restritos a avaliacdo da maxima amplitude da

tenséo cisalhante para situacdes especificas.

Duas propostas foram formuladas no passado para calcular os valores da amplitude da tensdo
cisalhante e a tensdo cisalhante média, 1, e tm, respectivamente. A primeira delas foi proposta por Grubisic
e Simburger (1976), conhecida como o Método da Maior Projecdo. O método consiste na projecdo da
historia das tensbes cisalhantes, formada pela curva ¢, em segmentos de reta sobre o plano de A passando
pelo ponto de aplicacdo O sobre esse plano [Fig. 2.7 (a)]. A amplitude da tensdo cisalhante corresponde a
metade da medida do maior segmento de todas as projecdes de ¢ sobre o plano A. Pela Fig. 2.7 (a) a maior
projecdo ¢ denotada pela linha A'Z' e, dessa forma, temos 1,=A'Z'/2. O valor da tensdo cisalhante média

corresponde ao segmento OM', onde M' € o ponto médio da maxima projecdo A'Z' de o, ou seja, Tn=OM'.

No entanto, esse método ndo é adequado para todos os tipos de historias de tensdo, conforme
apresentado na Fig. 2.7 (b). Assuma que a ponta do vetor tensdo cisalhante descreva sobre o plano A o
percurso A — Z — A que é o segmento linear AZ. Esse segmento de reta AZ esta localizado de forma que
a origem do vetor tensdo cisalhante O coincide com o ponto médio da maior projecdo. Pelo Método da
Maior Projecdo, a amplitude da tensdo cisalhante é igual a metade do segmento A'Z', ou seja, 1,=A'Z'/2.
No entanto, o ponto médio M' da projecdo A'Z' coincide com a origem O e, portanto, de acordo com o
Método da Maior Projecdo, a tensdo cisalhante média é zero, 1y, = 0. Tal resultado é inconsistente, pois o
valor da tensdo média é t, = OM'. H& outras situacfes onde esse metodo conduz a resultados ambiguos
(Papadopoulos, 1998).
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linha da maior

A projecéo de ¢ A linha da maior

projecao de ¢

(a) (b)

Figura 2.7: (a) Definicdo da amplitude da tensdo cisalhante e da tensdo cisalhante média pelo Método da

Maior Projecéo; (b) Inconsisténcia do Método da Maior Projecéo.

A segunda proposta para resolver o problema é baseada no conceito da Maior Corda da curva .
Tal proposta é chamada de Método da Maior Corda. Esse método tem sido discutido com maiores detalhes
por Lemaitre e Chaboche (1990). De acordo com esse método deve-se considerar todas as cordas unindo
quaisquer dois pontos pertencentes a curva ¢ e localizar a corda com maior comprimento [Fig. 2.8 (a)]. A
amplitude da tensdo cisalhante atuando sobre o plano material A é igual a metade do comprimento da
maior corda, denotada como AZ na Fig. 2.9 (a), ou seja, t,=AZ/2. O valor da tensdo cisalhante média é
igual ao comprimento do segmento que une a origem O com 0 ponto médio M de AZ.

Sem duvida o Método da Maior Corda constitui um progresso em relacdo ao Método da Maior
Projecdo. No entanto, ha situacdes em que o Método da Maior Corda é inconsistente, e novamente o
problema surge no calculo da tensdo cisalhante média. Conforme definido acima, a tensdo cisalhante
média é igual ao comprimento do segmento que une a origem O ao ponto medio da maior corda da curva
¢. No entanto, pode haver situagdes em que a Maior Corda ndo € Unica. Considere como exemplo que a
curva ¢ descrita por 7 sobre um plano A seja um triangulo isésceles ABC [Fig. 2.8 (b)]. Entdo, tém-se duas
Maior Cordas de igual comprimento, ou seja, AB ¢ AC. No entanto, isso ndo afeta o valor de t,, que €

igual a 1, = AB/2 = AC/2, mas a tensdo cisalhante média n&o tem valor Unico. Se os pontos D e E sdo 0s
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pontos médios dos segmentos AB e AC [Fig. 2.8 (b)], respectivamente, entdo qual segmento, OD ou OE,

deve ser usado para calcular a tensdo cisalhante média?

Maior corda de ¢

(@) (b)

Figura 2.8: (a) Definicdo da amplitude da tensdo cisalhante e da tensdo cisalhante média pelo Método da

Maior Corda; (b) Inconsisténcia do Método da Maior Corda.

Na tentativa de resolver as inconsisténcias das duas propostas anteriores foi proposto o Método do
Minimo Circulo Circunscrito (MCC), no qual a tensdo cisalhante média é o vetor que aponta para o centro
do minimo circulo que circunscreve a curva ¢. E a amplitude da tenséo cisalhante sobre o plano A é igual

ao raio do circulo.

Considere um plano A definido pelo seu vetor unitario normal n e obtenha os componentes do
vetor tensdo cisalhante 7 (ver Eq. 2.23) sobre esse plano em um ndmero finito de instantes t;, i = 1,2,...,h
do carregamento periddico. Entdo, o conjunto z(t), i =1, 2,..., h é formado e a curva ¢ descrita por z sobre
A é aproximada para um poligono Pol de h vértices. Aumentando h, pode-se tornar o poligono Pol mais

proximo da curva ¢. Os h vértices de Pol séo, portanto, descritos pelo conjunto de vetores z(t), i = 1, 2,...,
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h. Ha infinitos circulos que podem ser desenhados sobre o plano A para conter em seu interior o poligono
Pol. O menor dos circulos, chamado de minimo circulo circunscrito a Pol, é Gnico (Lay, 1982). O centro
do circulo determina a tensdo cisalhante média sobre o plano S. Matematicamente, o calculo de 7, é

formulado da seguinte forma:

T, = min{max ||7(t;) — W||} (2.24)

onde z(t;) € um elemento do conjunto de h vértices de Pol e W é um ponto sobre o plano A.

A relacdo min-max da Eq. 2.24 acima é obtida da seguinte forma: assuma um ponto W' escolhido
arbitrariamente sobre A como candidato para ser o centro do minimo circulo circunscrito ao Pol (Fig. 2.9).
Ainda assim, o nimero de circulos que conterd a curva polinomial com centro em W' é infinito, mas
apenas um deles, 0 menor dos circulos contera todos os vértices da curva polinomial Pol. O raio desse
circulo é igual ao maior segmento de linha dentre os segmentos de linha unindo W' com os vertices de
Pol. Portanto, para um dado W' o raio R' do menor circulo com centro em W' e circunscrevendo Pol é

igual a:

R' = max,||7(t;) = W'l| (2.25)

A Eq. 2.25 corresponde & maximizagdo do problema de min-max.

A parte de minimizacdo do problema pode ser entendida da seguinte forma: apds ter encontrado o
menor circulo que circunscreve a curva poligonal Pol centrado sobre o ponto W', adota-se outro centro
candidato W" para determinar outro circulo de raio R" menor, mas sempre contendo Pol e assim por

diante (Fig. 2.9). Em outras palavras, procura-se minimizar a quantidade (max||t(t;) —WJ|) pela

variagao de W.
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Figura 2.9: Grafico para o problema de min-max para o Método do Minimo Circulo Circunscrito (MCC).

Maiores detalhes do MCC, bem como o algoritmo incremental do método, pode ser encontrado em

(Papadopoulos, 1998) e outras referéncias associadas.

Outro método desenvolvido mais recentemente por Aradjo et al. (2010), do Grupo de Mecénica
dos Materiais da Universidade de Brasilia, que possui uma implementacdo numérica simplificada é
chamado de Método do Maior Retangulo Circunscrito (MRC) e serd utilizada nesse trabalho para o

calculo da amplitude da tensdo cisalhante no plano critico.

O MRC surge como uma alternativa capaz de calcular a amplitude da tensdo cisalhante para
diferentes tipos de carregamentos ja que, conforme observado por Bin Li et al (2000) e Gongalves et al.
(2005), h& carregamentos proporcionais e ndo-proporcionais que provocam diferentes niveis de danos nos
materiais e para 0s quais 0s métodos relatados anteriormente nesse trabalho fornecem o mesmo valor de

Ta.

Um Envelope Convexo é a menor regido convexa que contém um conjunto de pontos. Em um
modelo multiaxial baseado no Plano Critico, um envelope convexo é entdo o menor retangulo que contém
a histéria da tensdo cisalhante ¢ descrita em um plano material A, conforme mostrado na Fig. 2.10. O
embasamento mecanico para essa consideracdo &€ que ndo todos estados de z(t), pertencentes a ¢

contribuem para o dano por fadiga. Dessa forma, é razoavel considerar que somente as tensdes cisalhantes
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sobre as bordas do Envelope Convexo afetam a integridade do material. Portanto, o Envelope Convexo (e
sua caracteristica geométrica) pode caracterizar de forma apropriada a severidade do carregamento
cisalhante que eventualmente conduz a falha por fadiga. Em geral, no entanto, os Envelopes Convexos sdo
dificeis de serem determinados.

Figura 2.10: Envelope convexo da historia do vetor tensdo cisalhante ¢ e 0 Maior Retangulo Circunscrito

(MRC) como uma alternativa do Envelope convexo.

Considere a figura retangular ilustrada na Fig. 2.11 com orientacdo arbitraria circunscrevendo a

historia de tensdes ¢. O retangulo é tangente a histdria de tensdes nos pontos:

pi(@) = p(t*) e t;arg(max, T; (¢, t)),i = 1,2 (2.26)

qi(¢) = q(t") € v; arg(min, 7; (@, t)),i = 1,2 (2.27)

24



pertencentes ao contorno oz, onde z; (B,t), i=1,2 representam a i-ésima componente da tenséo cisalhante ¢

projetada no plano de corte no instante t, descrita em termos de uma base com orientacédo f (Fig. 2.11).

Figura 2.11: Retangulo de lados a;, i=1,2, circunscrevendo a projecdo da histéria de tensdes com as faces

tangentes em pje q;, i=1,2.

Considerando todas as possiveis orientacdes  do retdngulo, recupera-se por meio da identificacéo
de todos os pontos p; (B) e i (B) correspondentes, o contorno or da curva poligonal de m vértices. Dessa

forma, se estabelece uma relacao direta entre a curva poligonal e os retangulos que a circunscrevem.

As metades dos lados de um retdngulo com orientagdo [ (com relacdo a t;) circunscrevendo a

historia da tensdo cisalhante ¢, pode ser definida como (Fig. 2.11):

a;(B) = 5 [max,7;(B,t) — min,7;(B, )], i=1,2 (2.28)

N | =

Para cada orientacédo  do retdngulo pode-se definir a amplitude da tenséo cisalhante como:
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w(® = @) + 3P 229

Entdo, a amplitude da tensdo cisalhante equivalente é aquela no qual a Eq. 2.29 atinge o seu valor

maximo, conforme ilustrado na Fig. 2.12:

7,(B) = maxg\/af(ﬁ) +a3(B) (2.30)

----- Envelope retangular
— Maior retangulo circunscrito

Figura 2.12: Maior Retangulo Circunscrito (MRC) para ¢.

O algoritmo a seguir sintetiza o calculo da amplitude da tensdo cisalhante para um periodo de
historia de tensdes, considerando os planos fornecidos por ©; e ¢; e as orientagdes dos retangulo f; que

circunscrevem a histdria de tensdes projetadas nos planos de corte.
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InicioAlgoritmo
7a < 0 % Inicializacao da amplitude da tensao cisalhante %
Paracada 6;,¢;,1=1,..,m,j=1, .., nfaca

w7 (t, 6;, ¢5), k=1, ..., n % Discretizacdo da historia de tensdes cisalhantes em um nimero finito

de instantes do carregamento periddico %
tar <— 0 % Inicializacdo da amplitude da tensdo cisalhante em cada plano de corte %
Paracada g, i =1, ..., ntfaca
73— ¢ (Bi) % Descreve a historia de tenséo cisalhante na base de rotagéo %
Paral =1, 2 faca
pi < max; 7z % Valor maximo de 7 %
1« min 73 % Valor minimo de 7, %
a; < % [p; — q;] % Calcula a amplitude de cada componente %
Atél=2
Ty < m % Calcula a amplitude da tenséo cisalhante para as orientagdes f; %
Se 1,> tar
Tar — T4 % Calcula a amplitude da tenséo cisalhante no plano de corte %
Fim Se
Até avaliar todos os angulos de rotagdo S
Se 13> Tar
Ta < Tar % Armazena o maior valor da amplitude de tensdo cisalhante %

Fim Se
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Até a avaliagdo de todos os planos de corte 6;, ¢;

FimAlgoritmo
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3. MECANICA DO CONTATO

Nesse capitulo sera apresentado o fendmeno de fadiga sob condicGes de fretting considerando um
problema de contato entre cilindros onde os campos de tensdo possuem solucdo analitica bem definida.
Uma das vantagens em se utilizar essa configuracdo é para a validagdo de metodologias de previsao de
vida em fadiga. No capitulo de Resultados sera abordado mais detalhadamente os dados experimentais
adotados nesse trabalho.

O primeiro passo na andlise de contatos mecanicos é a caracterizacdo do contato. Considere a Fig.
3.1 que apresenta a classificacdo do contato dependendo da sua natureza. Primeiramente, considere um
cilindro levemente pressionado contra um semi-plano elastico infinito [Fig. 3.1 (a)]. Nesse caso, quando é
feito o contato dos dois corpos, a extensdo do contato, 2a, é dependente da carga P aplicada e nédo da
geometria do corpo, e nesse caso 0 contato € chamado de incompleto. Além disso, nas extremidades do
contato,-a e +a, ha uma tangente comum aos dois corpos, e a inclinacdo das superficies deformadas é
continua nessas extremidades. Outra caracteristica do contato incompleto é o fato da pressdo de contato
cair continuamente para zero nas extremidades, além da distribuicdo dessa pressdo de contato ndo ser
afetada pelas imperfei¢des superficiais dos corpos. No caso do contato da Fig. 3.1 (b) temos um pungéo
rigido e chato sendo pressionado contra um plano elastico. Nesse tipo de contato, chamado de contato
completo, o tamanho do contato, 2a, ndo depende da carga P aplicada. Os dois corpos ndo possuem uma
tangente em comum nas extremidades do contato, além da inclinacdo da superficie do semi-plano elastico
infinito ndo ser continua nesses pontos (-a e +a). Outra caracteristica do contato completo é o fato de a
pressdo de contato ser matematicamente singular nas extremidades e a distribuicdo da presséo de contato
ser modificada por pequenos defeitos nas superficies dos corpos. A Fig. 3.1 (¢) de um punc¢do em forma de
D tem como caracteristica o fato da extensdo do contato, 2a, ser dependente da carga P aplicada e, no que
diz respeito a pressao de contato, é singular em uma extremidade e na outra cai continuamente para zero.

O segundo tipo de classificacdo € com relacdo a conformabilidade do contato. Considere
novamente o contato da Fig. 3.1 (a), nesse caso 0 semi-tamanho do contato, a, sera muito menor do que o
raio caracteristico do cilindro, R¢j. Assim, para um baixo valor da carga P teremos a << Ry, OU Seja, a
deformacéo do cilindro serd confinada a um pequeno arco da sua circunferéncia. Nesse tipo de contato o
cilindro pode ser aproximado para um semi-plano infinito quando avaliado em termos de deformagéo e

tensbes. A Fig. 3.1 (d) apresenta um contato conforme, onde o arco de contato € significativo em relagdo
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ao raio do furo. Para essa condicdo de contato os corpos ndo podem ser aproximados para um semi-plano

infinito.

a  p b) 9

P
4

Figura 3.1: Caracterizacdo de contatos: (a) Incompleto e ndo-conforme; (b) Completo; (c) Incompleto

com singularidade; (d) Incompleto e conforme.

Nesse trabalho iremos abordar contatos do tipo incompleto e ndo-conforme onde 0s mesmos

podem ser modelados usando semi-planos infinitos.

3.1. REGIME DE ESCORREGAMENTO PARCIAL

Suponha que seja feito o contato normal entre dois corpos elasticamente similares (mesmo médulo
de elasticidade, E), conforme mostrado na Fig. 3.2. Quando a pressdo de contato € exercida, as particulas
correspondentes nas superficies de cada corpo além de serem comprimidas tambem sofrem um
deslocamento paralelo. No entanto, como o0s corpos sdo elasticamente similares, as particulas

correspondentes dos corpos em contato terdo o mesmo deslocamento, ndo havendo deslocamento relativo
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entre as mesmas. Isso significa que ndo ha tensdes de friccdo, mesmo que o coeficiente de atrito seja

diferente de zero.

Corpo 1

z
4—]—»

Corpo 2

P

Figura 3.2: Contato normal entre dois corpos.

Agora suponha que uma forga tangencial suficientemente grande para causar escorregamento total
seja aplicada nos corpos em contato. Nesse caso irdo surgir tensdes de cisalhamento que séo limitadas,

em toda a extensdo do contato, pelo coeficiente de friccéo f, ou seja:

la(x, y)| = —fp(x,y) (3.1)

onde qg(x,y) € a distribuicdo da tensdo tangencial na regido do contato e p(x,y) € a distribuicdo da pressédo
de contato na regido do contato. A presenca de tensdes cisalhantes provocara um deslocamento normal
nos pontos correspondentes dos corpos em contato. No entanto, devido ao fato de as tensGes cisalhantes
atuarem em direcOes opostas e 0s corpos serem elasticamente similares, o deslocamento normal dos
pontos correspondentes nas superficies dos dois corpos é 0 mesmo fazendo com que a pressao de contato
permaneca inalterada. No contato por fretting assume-se que a forca de cisalhamento aplicada é

suficientemente pequena para ndo causar deslizamento total, ou seja:

QI < fP (3.2)
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onde Q € a carga tangencial de contato e P é a forca normal. Nesse caso a area de contato é uma mistura
de zonas de adesdo, onde as particulas estdo aderidas, e zonas de deslizamento, onde hd movimento
tangencial relativo entre as particulas dos corpos em contato (Fig. 3.3). A distribui¢do de zonas de adesdo
e escorregamento é governada pelas seguintes consideracGes: na zona de escorregamento as tensdes
cisalhantes sdo governadas pela Eq. 3.1 e a direcdo das tensdes cisalhantes € definida pela condicéo de que
as mesmas se opdem a direcdo do incremento de deslocamento relativo das superficies induzido pelo
ultimo carregamento. Nas zonas de adesdo, a tensdo cisalhante deve ser menor do que o seu valor limite,

ou seja:

laCx, )| < =fp(x,y) 3.3)

E importante salientar que as tensdes cisalhantes em cada corpo sdo iguais em magnitude, mas
atuam em dire¢des opostas, de tal forma que as particulas correspondentes dos corpos em contato possuem
o mesmo deslocamento normal. Ndo ha diferenca na curvatura relativa e a pressdo de contato ndo é
afetada. Dessa forma, em todos os problemas relatados, o carregamento normal e de cisalhamento sédo

inteiramente separados, tornando o problema desacoplado.

P

l XY Zona de Adesao

—> QY
>WA\ N7 wy, Zonas de Escorregamento
Q(t) <—

!

P

Figura 3.3: Zonas de escorregamento e de adeséo no contato por fretting.
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3.2.CONTATO ENTRE CILINDROS

3.2.1. TENSOES SUPERFICIAIS

Para se obter o campo de tensdo sub-superficial é apropriado examinar a origem e a distribuicdo
das tensdes cisalhantes superficiais. Uma grande quantidade de problemas de contato pode ser solucionada
usando duas equacdes integrais que relacionam a distribuicdo de pressédo, p(x), ao deslocamento normal
entre pontos correspondentes na superficie de contato, h(x), e a tensdo cisalhante superficial, g(x), ao
deslocamento tangencial relativo, g(x) (Fig. 3.4). Aqui apresentaremos apenas uma breve tratativa do
problema. Maiores detalhes sobre a formulacdo do problema de contato podem ser encontrados em

(Nowell, 1994) e (Johnson, 1985). As equac@es integrais para corpos elasticamente similares sdo:

1 0h 1 (p(g)dg
——=—. 3.4
Aodx = f X—g (34)
1 dg 1 (q(5ds
——=—. 3.5
Adx = f X—g (35)
onde A ¢é a complacéncia composta que é definida como:
k+1
A=2.—— 3.6
( 4p ) (36)

sendo k = 3 - 4v, no estado plano de deformacgéo, v é a razao de Poison e p é 0 modulo de rigidez.
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3.2.2. CARGA NORMAL

A configuracdo de interesse nesse trabalho, que j& foi adotada em testes de fadiga por fretting por

outros pesquisadores tais como: Nowell (1988) e Araljo (2000), € apresentada na Fig. 3.4.

O raio da sapata, Rs, e 0 carregamento por unidade de comprimento, P, foram definidos
considerando cada corpo como um semi-plano elastico e a solucdo para a distribuicdo para a distribuicao
de pressdo é a de Hertz. Os resultados de Hertz (1882) prevéem que devido a forca normal estatica, uma

distribuicdo de pressao eliptica € desenvolvida segundo a equacéo:

2

P =—po [1-(5) (37)

onde Po é o valor maximo da pressdo de contato obtida a partir da condicdo de equilibrio:

= 3.8
bo 7R, (3.8)
onde a é a metade do tamanho da regido de contato:
e 4PR,, (3.9)
mTE*

onde Reqe E~ 80 0 raio e 0 médulo de elasticidade equivalentes:
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Req = (i + i)_l (3.10)

1— 2 1— 2
E*=< S UZ) (3.11)

onde os indices 1 e 2 se referem ao corpo 1 e ao corpo 2, respectivamente, E é o0 modulo de elasticidade

dos mesmos, e v é o coeficiente de Poisson.

Figura 3.4: Contato entre dois corpos elasticamente deformaveis submetidos a forca normal, P, e
tangencial, Q.

3.2.3. CARGA TANGENCIAL

A aplicacdo da carga tangencial, Q, acarreta no surgimento de tensdes cisalhantes na superficie dos
corpos em contato, conforme descrito por Cattaneo (1938), e posteriormente, de forma independente, por
Mindlin (1949). Na fadiga por fretting, geralmente, o carregamento cisalhante aplicado € menor do que o

limite para o escorregamento total. Dessa forma, surgem duas regides simétricas e distintas dentro da zona

35



de contato: (i) uma regido de comprimento 2c denominada de zona de adesdo, onde ndo h4 movimento
tangencial relativo entre as particulas correspondentes dos corpos em contato; (ii) uma regido periférica
localizada nas extremidades do contato e da zona de adesdo (¢ < |x| < a), denominada de zona de
escorregamento (ver Fig. 3.3).

Sendo assim, podemos modelar as tensGes superficiais cisalhantes como uma perturbacdo da

solucdo de escorregamento total:
X 2
= —(=Z ! 3.12
a@ =1 |(1-C) )+ @ (312)

Na zona de adesdo, pode-se obter g'(x) resolvendo a equacdo integral 3.5 (Hills, 1993), e
considerando o fato de ndo haver movimento relativo na direcdo x entre os pontos correspondentes da

regido de adeséo (g(x) = 0,V x € |x| < c). Portanto:

7@ = feos |(1-()) (319

Cc

Na zona de escorregamento ndo ha perturbacdo na solu¢do completa, ou seja:

qx)=0, Vxec<|x|<a (3.14)

A metade do tamanho da zona de adeséo, c, pode ser calculado considerando-se o equilibrio na

direcdo tangencial. Dessa forma temos:

S . (3.15)
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As Figs. 3.5 e 3.6 a seguir apresentam, respectivamente, a distribuicdo de presséo e a distribuicao
das tensdes cisalhantes no contato para uma configuracao tipica de carregamento. Vale a pena ressaltar
que 0 que se observa na regido central, ou de adesdo, ¢ uma diminuicdo das tensdes cisalhantes devido a

perturbacgdo na solucdo.

P(X)/po 4

Pomax

A\

2amin

2amax

Figura: 3.5: Perfil de distribuicdo da pressao normal em uma configuracéo tipica de carregamento.

q(x)/fpo

Qe fP
Qrad fP

q
\/

1 x/a

2c
2c

Figura: 3.6: Perfil de distribuigdo da tensdo cisalhante em uma configuracdo tipica de carregamento.
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As expressdes apresentadas até o0 momento para o calculo da distribuicdo da tensdo cisalhante séo
aplicaveis somente quando a forca tangencial atinge seu valor maximo no ciclo de carregamento,
chamado carregamento monotdnico crescente. Para analisar as tensdes superficiais em outro instante do
ciclo de fretting torna-se necessario analisar o que ocorre em outros instantes do ciclo. Os célculos em
outros pontos do ciclo serdo apresentados nesse trabalho, e os detalhes podem ser encontrados em (Hills,
1993).

Conforme apresentado anteriormente, para uma posicao dentro da zona de escorregamento temos

que as tensdes superficiais sdo calculadas pela Lei de Amontons (1699):

lg(x)| = —fp(x) (3.16)

Além disso, o sentido das tensdes cisalhantes é oposto ao movimento da superficie de tal forma

que:

0
sgn(a(0) = —sgn (57) (317)

ag . : .
onde a—f é a taxa de deslocamento na direcdo x, e sgn denomina o sinal de f (.).

Vale relembrar que na regido central, zona de adesdo, tem-se:

la()| < —fp(x) (3.18)

A Fig. 3.7 que descreve a variacdo da tensdo cisalhante com o tempo serd um suporte para o
calculo das tensdes superficiais cisalhantes. Durante a primeira fase do carregamento, ou seja, quando a

tensdo cisalhante atinge o seu maximo valor (ponto A da Fig. 3.7), as equacdes 3.12 a 3.14 descrevem a

38



variacao de g(x). Durante o descarregamento do ponto A para o ponto B, o deslocamento relativo muda de

sinal provocando uma violacao da Eg. 3.17 e h& adesdo em todo o contato.

Qmax
B

Q min

Figura 3.7: Variagéo da carga cisalhante em funcéo do tempo.

Prosseguindo com o descarregamento até o ponto C verifica-se escorregamento reverso nas

extremidades do contato. Nessa nova zona de escorregamento formada (¢’ < x < a), as tensdes

2
cisalhantes superficiais terdo mudado de direcdo, ou seja, passardo de fp(x) 1—(%) para

2
—fp(x) |1 - (g) . Dessa forma, por analogia, podemos concluir que a tensao necessaria para provocar

escorregamento na superficie sera dada por:
c' X\ 2
"(x) = —1-(= 3.19
q"(x) = 2fpo— /1 () (3.19)
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O fator 2 da Eq. 3.19 deve cancelar o movimento relativo quando as tensdes superficiais na zona

2 2
de escorregamento passam a ser calculados por 2fp(x).[1 — (E) ao invés de fp(x) [1— (g) como

ocorre durante a fase de carregamento. A Tab. 3.1 a seguir apresenta as distribuicbes de tensoes

cisalhantes superficiais para cada regido durante a fase de descarregamento.

Tabela 3.1: Tensdes cisalhantes em cada regido de acordo com a variagao do carregamento tangencial no

tempo.

ax

fpo

Zona de aplicagéo

_ 1_(2)2 d<|x|<a
_ 1_(_)2+2%’ 1_(;)2 c<|x| <
x| < c

O célculo do tamanho da zona de adesdo em qualquer instante t do carregamento reverso é obtido

da condicdo de equilibrio, dessa forma temos:

() _ jl ] (QmT—Pf?(t)) (3.20)

Vale a pena ressaltar que os valores extremos sdo 0s iguais em magnitude, mas com sinais opostos
(pontos A e F). No ponto D, onde a carga tangencial € nula, percebemos a presenca de tensdes superficiais
ndo nulas. Dessa forma podemos concluir que o fenbmeno de contato com atrito € um processo
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irreversivel e, portanto, depende da histdria de carregamento. Assim, vale a pena ressaltar, o principio da
superposicao deve ser aplicado com cuidado em problemas que envolvem contato com atrito. A Fig. 3.8

abaixo apresenta a distribuicdo da tensdo cisalhante superficial envolvendo problema de contato plano

entre cilindros para uma razéo Q/fp = 0,62.

0.8

0.6

0.4 Q/fP=0.62

Q/fP=0.31
0.2

a(x)/fp,
(@)

Q/fP=-0.31

QIfP=-0.62

-1 -0.5 0 0.5 1
x/a

Figura 3.8: Variagdo das tensdes cisalhantes superficiais em diferentes instantes do carregamento ciclico

tangencial com variando + 0,62.

Qmax /fP

3.2.4. CARGA REMOTA DE FADIGA

Supondo uma carga remota de fadiga, B(t), seja aplicada em fase com a carga tangencial conforme

a Fig. 3.9. Havera um deslocamento, e, da zona de adesdo nos pontos maximo e minimo de B(t), e um
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deslocamento, €', durante o descarregamento e recarregamento de B(t). As expressdes para o calculo desse
deslocamento séo:

e op

=2 (3.21)

e _ o™ — 05(t)

onde g5*** é 0 valor maximo da tensdo remota de fadiga.

A Fig. 3.10 mostra o deslocamento da zona de adesdo devido a presenca da carga remota de
fadiga. Note que a perda de simetria na distribuicdo de g(x) revela esse deslocamento.

Q(t) «—— Sapata

Garrada MTS

( Corpo de Prova
Q(t) «——

P

Figura 3.9: Contato por fretting na presenca de uma carga remota B(t).

Vale ressaltar que as formulagGes demonstradas para o calculo do deslocamento da zona de

adesdo sdo vélidas apenas para pequenos valores de carga de fadiga, sendo que as seguintes condicdes
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devem ser satisfeitas: e + c < a e e’ + ¢’ < a. Para valores de carga maior, o tamanho e a posi¢do da
zona de adesdo precisam ser calculados numericamente usando, por exemplo, programacdo quadratica
(Nowell, 1998).

Efeito da Bulk

0.7 T T T T
—— QIfP=0.62

0.6~ —~

0.5~ !

0.4~ !

g/fpo

0.3~ —~

0.2~ !

0.1~ !

Figura 3.10: Efeito da carga remota sobre as tensdes cisalhantes superficiais.

3.2.5. CAMPO DE TENSAO CICLICO NO INTERIOR DA ZONA DE CONTATO

O campo de tensdo interior ao contato pode ser calculado pela superposicdo dos campos de tensdes
originados por p(x) e q(x), embora a variacdo provocada pelas perturbacdes q'(x) e q"(x) deva ser
considerada. E importante salientar que quatro diferentes combinacdes de superposi¢ao serdo necessarias
para descrever o campo de tensdo, correspondendo aos estados de carregamentos maximo e minimo, e

durante o descarregamento e recarregamento. Para os instantes Q(t) = Quax € Q(t) = Qnin tem-se:

o (3% _o @2 +f“t (@2 ifgat (=32 10 (3.23)
Po Po B Po a Po Po

sendo que a combinacdo de sinais + , +, -, +, corresponde ao instante em que Q(t) = Qmax -
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E durante o descarregamento e 0 recarregamento tem-se:

. —e'® vy
@d)_ "G, o Gw),c0” (o> t)
Po Po Po a Po

ot (x —e y) ©

c T~ A (o)

+rE c_'c) B (3.24)
a Po Po

onde os sobrescritos n e t referem-se aos tensores de tensdo produzidos pelos carregamentos normal e

tangencial, respectivamente, e:

1 0 O
Oog = O'B(t)< 0 0 O ) (3.25)
0 0

U0,

Os tensores podem ser avaliados utilizando a funcdo potencial de Muskhelishivili, conforme Eqg.
3.26 (Hills, 1993,1994; Muskhelishivili, 1953):

b(2) = — ;’—;(i +1) (2= 5,72 = a?) (3.26)

onde z é coordenada complexa em relacdo ao sistema de coordenada da Fig. 3.4, z = x + iy, onde

i = unidade imaginéria e s, = sgn(x).

Maiores detalhes sobre as equacGes para o calculo do campo de tensdo podem ser verificados em
Nowell (1994), ou nas referéncias associadas.
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4. FADIGA UNIAXIAL E MULTIAXIAL

4.1. FADIGA UNIAXIAL

4.1.1. CURVAS S X N

Se o0 corpo de prova de um material ou um componente de engenharia estd sujeito a ciclos de
tensdes suficientemente severas, uma trinca de fadiga ou outro dano podera se desenvolver, acarretando na
falha do material. Se o teste é repetido em um nivel de tensdo maior, 0 nimero de ciclos antes da falha
sera menor. Os resultados de testes para diferentes niveis de tensdo podem ser plotados para se obter a
curva de fadiga, também chamada de curva S x N ou curva de Wohler. A amplitude da tensdo nominal, o,
ou S,, é geralmente plotada versus o numero de ciclos em que a falha do material ocorreu, N¢ (ver Fig.
4.1).

O grupo de testes de fadiga que resultam em uma curva S x N podem ser realizados com tensédo
média nula, ou a uma tensdo media especifica ndo-nula, o, (ver Eq. 2.16 e Fig. 2.4). Sdo também comuns
as curvas plotadas para valores constantes de razéo de tensdo, R (ver Eq. 2.13). Apesar das tensdes serem

geralmente plotadas como amplitudes, pode-se plotar as curvas usando 4o OU omax (Ver Eq.s 2.12 e 2.10).

O numero de ciclos em que a falha por fadiga ocorre varia rapidamente com o nivel de tensdo e
pode mudar significativamente a ordem de magnitude. Dessa forma, o grafico S x N € plotado em escala
logaritmica. Em um gréafico log-log, aproximando-se os dados por uma reta, a equacao que representa a

curva, chamada equacao de Basquin é:

64 = o} (2N;)" 4.1)

As constantes de ajuste sdo associadas ao material e séo dadas por:
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A=2%0; B=b (4.2)

onde oy € o coeficiente de resisténcia a fadiga e b é o expoente de resisténcia a fadiga ou expoente de

Basquin.
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o o nm=D

o o = 120 MPa

-‘]Gi 1 1

10° 10* 10°
Mumber of cycles to failure, Nf

Figura 4.1: Curva da amplitude de tensdo versus vida em fadiga (S x N) de corpos de prova da liga Al

7050-T7451.

Em alguns materiais, notadamente em acos carbono e agos de baixa liga, abaixo de um
determinado nivel de tensdo ndo se observa falha por fadiga em condi¢fes normais de carregamento. A
Fig. 4.2 representa as curvas S x N para 0s metais ferrosos e para 0s metais ndo-ferrosos. Os metais néo-
ferrosos, tais como o aluminio, o cobre e os acos de alta resisténcia, ndo apresentam um limite de fadiga.
Nesses casos, 6, ou Ac, continuam a decrescer com o aumento do nimero de ciclos. Um limite de
resisténcia para esses materiais é adotado com a amplitude de tensdo em que o corpo de prova suporta ate

10 ciclos sem falhar (Fig. 4.2).
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Curva S x N dos metais ferrosos
---------- Curva S x N dos metais ndo-ferrosos

Amplitude de tenséo, S,

Ndmero de ciclos para falha, V,

Figura 4.2: Diagrama S x N para metais ferrosos e para os metais néo-ferrosos.

4.1.2. O EFEITO DA TENSAO MEDIA

Em carregamentos ciclicos onde a tensdo média ndo-nula sdo representativos de muitas aplicacdes,
o valor médio da carga de fadiga influencia de maneira importante o0 comportamento dos materiais quanto

a fadiga.

Quando a amplitude de tensdo de um teste de fadiga uniaxial é plotado em relacdo ao nimero de
ciclos para a falha, a curva S x N resultante é fortemente influenciada pelo nivel da tensdo média aplicada.
A Fig. 4.3 representa esquematicamente o comportamento tipico de um material metélico para diferentes
valores de tensdo média aplicados 6m1, Om2, Om3 € Oma, ONAE Tppy > Oz > T > Oy - POde-se observar

uma reducdo da vida em fadiga do material com o aumento do valor da tensdo média aplicada.

De forma geral, as tensdes médias de compressao sdo benéficas e as de tracdo sdo maléficas para a
vida em fadiga a uma mesma amplitude de tensdo. Tal fenémeno pode ser explicado devido ao fato de as
tensdes trativas (o,, > 0) favorecerem a abertura e a consequente propagacao de trincas, enquanto que as

tensGes médias compressivas (g, < 0) provocam o efeito contrério.
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Figura 4.3: Curvas da amplitude de tensdo versus vida em fadiga (S x N) para diferentes valores de tensao

»
>

log N,

média.

O efeito da tensdo média em fadiga também pode ser representado através de diagramas de vida
constante, conforme Fig. 4.4. Nesses graficos sdo plotados diferentes combinagdes de amplitudes de
tensdo e tensdo média conduzindo a vida em fadiga de forma constante. Alguns modelos conhecidos
desses diagramas foram propostos por Gerber em 1874, Goodman em 1899 e Soderberg em 1939. As

equacOes matematicas que descrevem esses trés métodos sdo:

Goodman + =1 (4.3)
Ogalom=0 OuUTs

Ua O-m 1
Soderber —+t— =
9 Oalom=0 Oy (4.9)
0, G, \2
Gerber 2 +( " ) =1 (4.5)
0 alom=0 Oyrs



onde o, € 0 limite de fadiga para carregamentos com tensdo média néo-nula, G,sm=0 € 0 limite de fadiga
pleno para carregamentos completamente reversos, oy € 0 limite de escoamento do material e cyrs € 0

limite Gltimo de resisténcia a tracao.

A
c,/c

a‘om=0

Soderberg

Goodman
Gerber

Gx.m/GUTS

Figura 4.4: Representacdo esquematica das relacdes de Goodman, Gerber e Soderberg quando as mesmas
sdo plotadas no diagrama de Haigh.

4.2. MODELOS DE FADIGA MULTIAXIAL

4.2.1. METODO DAS CURVAS DE WOHLER MODIFICADAS (MCWM)

O MCWM tem como ideia inicial o fato de que o dano por fadiga em materiais homogéneos e
isotropicos submetidos a carregamentos de fadiga podem ser previstos tdo bem quanto a propagacédo
inicial de micro-meso trincas. E importante lembrar aqui que de acordo com a definicdo proposta por
Bolotin (1999), o comportamento da trinca em um material de engenharia submetido a um carregamento
ciclico pode ser investigado em nivel micro, meso ou macro. Para ser mais preciso, uma micro-trinca esta
localizada dentro de um grdo simples do material. J& uma meso-trinca abrange varios gréos, e uma trinca
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que abrange um alto nimero de grdos rompidos € chamada de macro-trinca. De acordo com a ideia de
Miller (1982, 1993) a Unica maneira de corretamente modelar o comportamento de uma micro/meso trinca
é considerando a real morfologia do material, bem como o comportamento elasto-pléstico dos gréos.
Infelizmente, estimar a resisténcia a fadiga considerando rigorosamente todos esses aspectos € muito
desvantajoso para ser usado em situacdes de interesse pratico. Por isso, em fadiga multiaxial considera-se

a hipdtese que os materiais metalicos séo linear-elasticos, homogéneos e isotropicos.

O célculo de resisténcia a fadiga segundo o critério do plano critico faz 0 uso da maxima amplitude
de tenséo cisalhante, z,, € da maxima tens&o, onmax, Perpendicular ao plano critico (Findley, 1959; Matake,
1977; McDiarmid, 1991,1994). Na determinacdo do plano critico, € importante salientar que,
independentemente do estado de tensdo de um ponto material no qual a analise de tensdo é conduzida,
existem sempre dois ou mais planos materiais experimentando a maxima amplitude de tensdo cisalhante.
Dentre todos os potenciais planos criticos, aquele que deve ser utilizado no célculo de fadiga é o plano
caracterizado por apresentar a maxima tensdo normal, pois de acordo com o critério do plano critico, tal

plano apresentara maior dano por fadiga.

No desenvolvimento do MCWM (Susmel, 2000A; Susmel e Lazzarin, 2002; Lazzarin e Susmel,
2003) é explicado, com o objetivo de estimar a resisténcia a fadiga de forma correta, que o grau de
multiaxialidade do campo de tensdo na zona do processo de fadiga do material deve ser medido utilizando

a razdo de tensdo relativo ao plano critico:

O-n,max

p= (4.6)

A principal caracteristica do parametro de tensdo acima é a sua sensibilidade a superposicédo de
tensbes estaticas, bem como & presenga de carregamentos ndo-proporcionais (fora-de-fase). De fato,
conforme relatado por Susmel (2009), sob carregamento uniaxial, a razdo de tensdo relativo ao plano

critico aumenta com o aumento da razdo de carregamento, R.

Com o objetivo de melhor investigar a contribuicdo da tensdo média perpendicular ao plano critico

no dano por fadiga, pode-se reescrever a Eq. 4.6 da seguinte forma:
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0. 0.
P =Pmtpa=—"+—"

a Ta

(4.7)

onde onm € on 4S80 0 Valor médio e a amplitude da tensdo normal ao plano critico, respectivamente.

Derivando a razdo p em termos de pm € p, pode-se considerar separadamente o efeito da tensao
média ndo-zero e a influencia do grau de nédo-proporcionalidade do carregamento aplicado. Além disso,
com o objetivo de melhor avaliar a influencia da tensdo média ndo-zero perpendicular ao plano critico, é
importante lembrar que Kaufman e Topper (2003) explicaram que a tensdo normal média acima de um
certo valor limite, que varia de acordo com o material, ndo provoca nenhuma reducdo na resisténcia a

fadiga do material.

Dessa forma, uma definicdo alternativa de p pode ser adotada para considerar de modo mais
eficiente o efeito da tensdo normal média ao plano critico. Em particular, o valor efetivo da razdo de

tenséo do plano critico, pef, € dado por:

MOym . Ona
L

Per = (4.8)

onde m é uma propriedade material, determinada experimentalmente, chamada indice de sensibilidade a
tensdo média, ou seja, € a porcdo da tensdo média relativo ao plano critico que efetivamente abre as
micro/meso trincas favorecendo o fenbmeno da propagacdo. De acordo com o modelo proposto, m varia
entre 0 e 1, onde, quando m é igual a 1, o material é totalmente sensivel a tensdo média, e quando m é

igual a zero, o material ndo tem sensibilidade a presenca da mesma.

O MCWM tem como ideia inicial o fato de a resisténcia a um carregamento ciclico pode ser
prevista com sucesso através da amplitude da tenséo cisalhante no plano critico, sabendo-se que as curvas
de fatiga usadas para estimar a vida sé@o determinadas considerando o grau de multiaxialidade do campo

de tensé@o na zona do processo de fadiga.

Considere um espécime submetido a um carregamento combinado de tracdo e torcao, tal que o

ponto O do corpo esta sujeito a um estado de tensdo biaxial. Pelo pds-processamento do estado de tensao
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no ponto O pode-se determinar a amplitude de tensdo cisalhante, z,, € as componentes de tensdao normal,

onm, relativos ao plano critico. Dessa forma a razdo de tensdes no plano critico, p, pode ser determinada.

Suponha que o mesmo espécime seja inicialmente submetido a um carregamento de fadiga

uniaxial completamente reverso (R = -1). Descrevendo o estado de tensdo do ponto através do circulo de

Mohr [Fig. 4.5 (a)], onde o ciclo A representa o estado de tensdo no instante de carregamento méaximo,

Oxmax = Oxa, €NQuUanto que o ciclo B representa o estado de tensdo no instante de carregamento minimo,

oxmin = -0xa. Dessa forma, a amplitude da tensdo cisalhante e a tensdo normal relativos ao plano critico

podem ser escritos:

_ Oxa
Tqg = >
_ Oxa
Ona = >
Onm =0

E evidente que em um carregamento reverso a razo, p, é igual a um.

R=-1 R=-1
T A T A
B
Tln‘dX A TX}'.E[
i 0
_Gx.a/\ i\90 Gxa |- _GXH /\G
u On,max v - 4 >
90" °© KJ
Tmin -’[Xy .

(@) (b)

(4.9)

(4.10)

(4.11)

Figura 4.5: Circulo de Mohr: (a) Carregamento completamente reverso tragdo-compressdo; (b)

Carregamento completamente reverso de torcao.
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Contrariamente a representacdo convencional, a resisténcia a fadiga uniaxial de um material pode
ser representada em um grafico de Wohler modificado, em escala log-log, da amplitude da tensdo
cisalhante no plano critico, z,, versus o nimero de ciclos para a falha, Nt (Fig. 4.6).

log, & Curva de torgéo

Curva de tracao-
compressao

>log N,

Figura 4.6: Curva de Wohler Modificada sob carregamento completamento reverso de tragdo-compressao
(p=1) e torcdo (p=0).

Usando procedimento similar, em um carregamento completamente reverso de torcao [Fig. 4.5 (b)]

temos as componentes de tensdo relativas ao plano critico:

Tq = Oxq (4.12)

Ona = Opnm = 0 (4.13)

resultando em uma razao de tenséo, p, igual a zero.

E importante salientar que o diagrama de Wohler representado na Fig. 4.6 tem os limites de fadiga
dos dois ensaios (flexdo e tor¢do) sempre para um mesmo numero de ciclos para falha no limite de fadiga,
No, independentemente da complexidade do carregamento.

O diagrama de Wohler da Fig. 4.6 mostra que a vida em fadiga pode ser estimada em termos do
grau de multiaxialidade do campo de tensdo na zona do processo de fadiga medido em termos do p,
sabendo-se que as relacdes K, Vs p e zarer VS p Sa0 definidas através de experimentos.
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Em particular, as funcdes de calibracdo apresentadas acima podem ser expressas através de

simples equac0es lineares:
K.(p)=a.p+b (4.14)

Taref =P+ (4.15)

onde K. (p) é a inclinacdo negativa da curva de fadiga, za rer € a resisténcia a fadiga em Ny ciclos, a, b, ae S
sdo constantes materiais determinadas experimentalmente. Nesse caso, as curvas de calibracdo sdo

completamente definidas pelos dois parametros expressos pelas Eqgs. 4.14 e 4.15.

A vida em fadiga de um material submetido a um determinado carregamento de fadiga pode ser

E€Xpresso como.

-1
Taref (p)>KT(p) (4.16)

N = N,
f.est 0 ( T,

A Unica forma de determinar as constantes a e S da relacdo 4.15 é considerando dois limites de
fadiga determinados experimentalmente, sob dois valores diferentes de p, e mantendo a razédo de tensdes,
R, no plano critico igual a -1. Através de ensaios uniaxial e torcional, se o1 e 7.1 S80 0S correspondentes

limites de fadiga, temos os seguintes valores para ae S:

01
A=T_1— T (417)

B=1_, (4.18)

Observando atentamente a Fig. 4.6, um componente pleno tem a seguinte condic¢ao para o seu
limite de fadiga:
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Tg = Taref (,0) (4.19)

Em particular, calculando as constantes a e f através das Eqs. 4.17 e 4.18, a relacdo 4.19 pode ser

reescrita da seguinte forma:

Ty + (r_l — —) P =Ty (4.20)

Um aspecto que precisa ser considerado € que as Egs. 4.19 e 4.20 definem o intervalo de validade
do MCWM. Do ponto de vista tedrico, a presenca de valores elevados de razdes de tensdo p, que € o fato
da componente de tensdo normal perpendicular ao plano critico ser muito maior do que a maxima
amplitude de tensdo cisalhante, o dano por fadiga ndo € mais unicamente governado pelo cisalhamento no
modo Il de carregamento. Em outras palavras, quando p se torna maior do que um valore limite, pjim, 0 USO
do critério do plano critico ndo é adequado devido aos mecanismos de falha presentes no processo.

A relacdo para determinar o valor limite da razdo de tenséo no plano critico é:

T-1

Piim = m (4.21)

Para concluir, é importante salientar a representacdo adotada para calcular piin [Fig. 4.7 (a)] ndo
deve ser confundida. Em particular, o MCWM postula que o dano por fadiga depende somente da relagédo
T, Versus p, e nao da relagdo entre 1, € oy max, de tal forma que a maneira correta de representar o MCWM ¢

através do diagrama representado pela Fig. 4.7 (b), enquanto que o diagrama da Fig. 4.7 (a) € apenas uma

forma de determinar o limite matematico intrinseco na Eq. 4.20.

Para se avaliar as qualidades dos resultados estimados pelo critério de Susmel e Lazzarin (2002)

define-se o indice SU:

SU = Ta 1 (4.22)
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Figura 4.7: (a) Definicdo do pjin ; (b) Relagdo ta ref versus p.

Desta forma, SU < 0, a previsdo obtida € ndo-conservativa, pois 0 modelo indica que ainda é
possivel aumentar a solicitacdo, enquanto os testes indicam uma condicéo limite. Quando SU = 0, o estado
de tensédo indica uma condicdo equivalente ao limite de fadiga, isto é, o limite entre vida infinita (>10°) e
vida finita (<10"): uma previsdo exata. Quando SU >0 o modelo indica que o componente j& falhou

(iniciacdo de trinca) fazendo, portanto, uma previsdo conservativa, conforme explicitado abaixo:

< 0, ndo falha (admite mais carregamento)
SU | =0, limite de fadiga

> 0, falha
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4.2.2. TEORIA DAS DISTANCIAS CRITICAS (TDC)

A Teoria das Distancias Criticas € capaz de estimar com certa precisdo o dano por fadiga em
componentes contendo ndo somente trincas, mas também qualquer tipo de entalhe (short, sharp e blunt).
Em outras palavras, essa teoria consegue descrever a transicdo de trincas/entalhes curtos para entalhes
blunt (Susmel, 2008).

Antes de considerar com detalhes as diferentes formalizagdes da TDC é importante salientar que
essa teoria estima o dano por fadiga diretamente pelo pds-processamento do campo de tensdo linear-
elastico agindo sobre a zona do processo de fadiga. Esse aspecto é muito importante porque a TDC
permite que componentes reais sejam estudados sem a necessidade de analises elasto-pléasticas.

A TDC tem como ideia inicial o fato de que o dano por fadiga na presenca de concentradores de
tensdo pode ser estimado usando uma quantidade de tensdo a qual é representativa de todo o campo de
tensdo linear-elastico na zona de fadiga. Em particular, os entalhes sdo assumidos na condi¢do limite de

fadiga quando a tenséo efetiva, 4oes, Se iguala ao limite de fadiga, 409, que é:

AO'ef = AO_O (423)

A tensdo efetiva acima pode ser calculada simplesmente definindo uma distancia critica
conveniente e um dominio de integracdo. Particularmente, independentemente da definicdo adotada para
Ao, todas as modernas formalizacGes da distancia critica assumem que a mesma € uma propriedade do
material que pode ser calculada como (Tanaka, 1983; Atzori et al., 1992; Lazzarin et al., 1997; Taylor,
1999):

2
L=t (“Kth) (4.24)
T\ Ao,

onde 4Ky, é a faixa do fator de intensidade de tensdo threshold e 4oy € limite de fadiga, sendo ambas as

propriedades determinadas para uma mesma razao de carregamento R.
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De acordo com a equacdo 4.24, L depende de duas propriedades materiais, que variam de acordo
com o material e com a razdo de carregamento R.

A TDC pode ser formalizada de vérias formas variando o dominio de integracdo utilizado para
calcular a faixa da tensédo efetiva. Em particular, se Ao € calculada a uma determinada distancia do &pice
do concentrador de tensdo, de acordo com o chamado Método do Ponto (MP) um componente entalhado

(ver Fig. 4.8) estd no seu limite de fadiga quando a seguinte condicéo € assegurada (Tanaka, 1983; Taylor,
1999):

Aogs = Aoy (6 =0,r= —> = Ao, (4.25)

Figura 4.8: Corpo de prova entalhado submetido a carregamento uniaxial.

A Fig. 4.9 (a) mostra a aplicacdo do Método do Ponto quando um componente entalhado é
submetido a um carregamento uniaxial.

De acordo com a ideia de Neuber, no lugar de determinar a 4oes a uma distancia fixa da ponta do
entalhe faz-se o calculo da média da méaxima tensdo principal ao longo do entalhe bissector sobre uma
distdncia de 2L (Tanaka, 1983; Lazzarin et al., 1997; Taylor, 1999). Em outras palavras, o0 Método da
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Linha (ML) postula que a condicdo limite de fadiga para um componente entalhado sob comportamento

ciclico pode ser expresso como [Fig. 4.9 (b)]:

1 2L
Aoy = i_l; Aoy (6 =0,r)dr = Aoy (4.26)

Além disso, de acordo com a ideia de Sheppard (Sheppard, 1991), Taylor (1999) explicou que a
faixa da tensdo efetiva também pode ser calculada pela média de Ao, SObre uma area semicircular centrada
na ponta do entalhe e tendo raio igual a L. Este método é conhecido como Método da Area (MA) [Fig. 4.9
(c)], e o mesmo postula que um componente entalhado esta no seu limite de fadiga quando:

Y
4 (z (t
Aogp = E_]; J;) Ao, (0,7).7.dr.d6 = Aoy (4.27)

Método do Ponto Método da Linha Método da Area
.

JAYeR

T~
(b) (c)

Figura 4.9: Diferentes formaliza¢6es da Teoria das Distancias Criticas: (a) Método do Ponto; (b) Método

da Linha; (c) Método da Area.

E importante salientar que as diferentes formulacdes da TDC sdo capazes de fazer estimativas
dentro de um intervalo de erro de + 20% independentemente do material e das caracteristicas geométricas

do mesmo (Taylor e Wang, 2000; Susmel e Taylor, 2003). E importante salientar que erros de + 20% so,
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em geral, considerados aceitaveis, devido a magnitude dos erros advindos do trabalho experimental e das

analises de tensdo numérica (Taylor e Wang, 2000).
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5.ESTIMATIVA DE VIDA EM FADIGA MULTIAXIAL USANDO O MCWM
ASSOCIADO COM A TEORIA DAS DISTANCIAS CRITICAS EM
PROBLEMAS ENVOLVENDO CONCENTRADORES DE TENSAO

Desde o inicio do século passado os pesquisadores do problema de fadiga tem feito grandes
esforcos para desenvolver metodologias de projeto de componentes mecanicos submetidos a
carregamentos variando no tempo. A grande dificuldade dos projetistas na concepgédo de pecas e conjuntos
mecanicos é desenvolver geometrias em gque ndo haja concentrador de tensdo ou, quando néo seja possivel
evita-lo, minimizar as chances de nucleagéo de trincas que poderdo conduzir a falha do componente. Essa
tarefa € um processo complexo envolvendo um elevado numero de variaveis que devem ser consideradas
de modo a evitar falhas catastroficas. Ao mesmo tempo, devido as necessidades da realidade industrial, a
calibracdo do método de engenharia para o célculo de fadiga deve ser baseada em informacdes
experimentais facilmente obtidas através de ensaios, obedecendo aos procedimentos normativos
pertinentes. Dessa forma, a proposta do presente trabalho € estender o uso da Teoria das Distancias
Criticas aplicada em conjunto com o Método das Curvas de Woéhler Modificadas para estimar a vida em

fadiga de componentes mecanicos.

A ideia inicial dessa técnica pode ser visualizada graficamente pela Fig. 5.1 onde sdo apresentadas
duas curvas de fadiga (S x N), utilizando um espécime convencional (sem concentrador de tensao), e uma
segunda curva com um espécime entalhado. Vale frisar que a segunda curva pode ser gerada na presenca
de qualquer tipo de concentrador de tensdo, tais como: entalhes de geometrias diversas, trincas, furos,

contato sob condicdo de fretting, etc.

Pelo grafico observa-se claramente que a diferenca na resisténcia a fadiga entre os espécimes
(convencional e com concentrador de tensdo) varia com a vida. Portanto, pode-se concluir que o efeito do
gradiente de tensdo na analise da resisténcia a fadiga por meio da Teoria das Distancias Criticas deve

considerar que L depende da vida esperada / estimada para 0 componente.

E importante salientar que a Teoria das Distancias Criticas tem aplicabilidade somente em
situacOes onde ha concentrador de tensdo. A ideia contida no método é que o campo de tensdo linear
elastico a uma determinada distancia do &pice do concentrador de tensdo fornece as informagGes de
engenharia necessarias para estimar corretamente o dano por fadiga. Quando a TDC ¢é estendida para

estimar a vida de componentes mecénicos, a sua dependéncia estd somente em relacdo ao nuamero de

61



ciclos para a falha e seus valores ndo mudam de acordo com a geometria do componente. Em outras
palavras, tanto o gradiente de tensdo quanto o efeito de escala sdo considerados de forma eficiente pela

Teoria das Distancias Criticas.

Curva de fadiga sem

concentrador de tensao
(o I

G _____________________

nom,a

Curva de fadiga com
concentrador de tensao

nom,a

N N,

Figura 5.1: Determinacdo da distancia critica, Lyp, usando duas curvas de calibracéo.

Observando que o comportamento dos materiais de engenharia em regime de fadiga de médio
ciclo € descrito por uma funcdo de poténcia, assume-se que a relacdo Ly versus Ny é também uma lei de

poténcia como segue (Susmel e Taylor, 2007):

Lu(N;) = A.NP (5.1)

onde A > 0 e B < 0 sdo constantes materiais determinadas através de dados experimentais, e variam para

diferentes valores de R.
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Figura 5.2: Grafico esquematico da relagdo Ly versus Ng.

Existem duas estratégias para determinar a relacdo Ly versus N;, expressa pela Eg. 5.1. Uma delas
é baseada no uso de duas curvas de calibracdo: uma curva de fadiga gerada experimentalmente com
espécime convencional e outra curva de fadiga gerada experimentalmente com espécime contendo
concentrador de tensdo. Essa estratégia mostrou-se mais precisa nas estimativas de vida em fadiga em
regime de médio ciclo para a falha usando a TDC (Susmel, 2007).

Considere a representacdo esquematica das curvas S x N apresentadas na Fig. 5.1. Para um
determinado valor de nimero de ciclos para a falha (exemplo, Nt = N¢; conforme mostrado no grafico),
pode-se obter a distancia, Lyp(Ns¢;), a partir da raiz do entalhe na qual a amplitude da tensdo equivalente,
Geq, S€ iguala a tensdo aplicada no espécime convencional para provocar a falha em Nf = Ng; ciclos.
Repetindo essa operagdo nos regimes de fadiga de medio ciclo e alto ciclo é possivel determinar as
constantes A e B.

Na auséncia de dados experimentais de resisténcia a fadiga com espécimes convencionais e
espécimes contendo concentrador de tensdo, as constantes A e B podem ser estimadas utilizando-se o valor

da distancia critica para um carregamento estatico, Ls, e através do valor da distancia critica, Lwup,
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calculado no limite de fadiga (No ciclos). A distancia critica na resisténcia estatica, Ls, aplicando a

formulacéo do Método do Ponto é definida como (Taylor, 2007):

EEVETAL (52)

onde K¢ € a tenacidade a fratura do material e oyrs € o limite dltimo de resisténcia a tragéo.

Uma vez conhecidos os pontos 1 e 2 da Fig. 5.2 pode-se calcular as constantes A e B e, dessa
forma, tem-se a relagéo entre Ly e N¢ no regime de fadiga de médio ciclo (ver "passo 2" da Fig. 5.3). E
importante notar que uma vez conhecida a relacdo entre a distancia critica e o nimero de ciclos para a
falha, pode-se obter a distancia critica para uma determinada vida de um componente contendo
concentrador de tenséo

Posteriormente ao célculo da distdncia critica obtém-se o tensor tensdo ciclico no ponto
correspondente ao centro da zona do processo de fadiga (ver "passo 4" da Fig. 5.3). Uma vez obtido o
tensor tenséo localiza-se o plano critico no ponto em questdo utilizando um critério de fadiga multiaxial e
as componentes de tensao relativos a esse plano material, 7, € on max (Ver "passo 5 da Fig. 5.3).

Conforme visto no capitulo 4, o Método das Curvas de Wohler Modificadas é calibrado utilizando
duas curvas, 7, VS Ny, obtidas através de ensaios uniaxiais de flexao e torcdo pura a uma mesma razao de
carregamento, R = -1. Uma vez calibradas as duas curvas de fadiga uniaxial do MCWM podemaos calcular,
por interpolacdo linear das curvas de fadiga uniaxial de flexdo e tor¢do, os pardmetros zarer (0) € K; ()
relativos a razdo das tensdes calculadas no plano critico, p, para R= -1 (ver "passo 7" da Fig. 5.3). O
calculo de za ref (0) pode ser feito por meio da equacao de interpolagéo:

TA,ref(p) = [TA,ref(p = 1) - TA,ref(p = 0)],0 + TA,ref(p = 0) (53)

onde zaref (0 = 0) € zarer (p = 1) correspondem a resisténcia a fadiga uniaxial torcional e de flex&o,
respectivamente, para R = -1.

Para o célculo do K, (p) temos:

Kt(p) = [Kt(p =1) — Kt(p = 0)].p + K=(p = 0) (5.4)
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onde K; (p = 0) e K, (p = 1) correspondem a inclinacdo negativa das curvas de fadiga de tor¢édo e flexao,
respectivamente.
Finalmente, pode-se estimar a vida do componente sob a historia de carregamento de fadiga em

consideracao através da seguinte equacao (ver "passo 8" da Fig. 5.3):

-1
Taref (P)\Ke(P) (5.5)
Ta

Nf,est = Ny (
onde 7, € a amplitude da tensdo cisalhante calculada no plano critico, zare (p) € a amplitude da tensdo
cisalhante no limite de fadiga em fungdo da razdo de tensdes calculada no plano critico, K, (p) € a
inclinacdo negativa da curva de fadiga fornecida pelas duas curvas de calibragdo do método em funcéo de
p ¢ No € o numero de ciclos no limite de fadiga.

Atualmente, alguns trabalhos relacionados a estimativa de vida tem sido desenvolvidos por
pesquisadores , tais como: Susmel (2007, 2009), Susmel e Taylor (2008), Lazzarin e Susmel (2003),
Hattori, Kien e Yamashita (2010) e Hattori et al. (2011). No entanto, os autores desse trabalho ndo tem
conhecimento até o0 momento de algum trabalho que tenha sido desenvolvido aplicando a metodologia
para a estimativa de vida descrita acima envolvendo fadiga multiaxial em situacdo de contato por fretting.

A Fig. 5.3 apresenta de forma esquematica a metodologia para estimar a vida em fadiga multiaxial
envolvendo problemas com concentradores de tensdo, é o caso da fadiga por fretting.

65



Passo 1

p Passo 9
* Sapata N .
fexp
—» Q(t
\ Q( ) / - ) () )
LMP J i’ - B(t) /// ° . ///

Corpo de Prova X

Q
v

Sfest

T

y Passo 8

zona do processo de fadiga 1
TA.ref(P))m

Ta

Nf,est =N, (

Passo 2 t

log t,
Passo 7

TP K. (p)

Passo 6

Passo 3

x/a=-leya=L,,(N,,)

Passo 4 Passo 5 /

I tal 0n,ml 0-n,al p

Q 9
g
89
4
9.9
W ON
S

yx =¥y

]

Figura 5.3: Diagrama esquematico da metodologia para estimar vida em fadiga multiaxial envolvendo
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6. RESULTADOS

6.1. DADOS COLETADOS DA LITERATURA

Nesse capitulo serdo apresentados brevemente os resultados experimentais produzidos por Nowell
(1988) que serdo utilizados no presente trabalho para a validacdo da metodologia proposta. Uma das
finalidades da pesquisa desenvolvida por Nowell (1988) foi demonstrar que o fenbmeno de fretting ndo
produz efeito sobre a resisténcia a fadiga do componente quando a semi-largura contato, a, € menor do

que um valor critico.

O contato hertziano tem uma caracteristica interessante: o tamanho do contato pode variar

enquanto a pressao de pico, po, € mantida constante. Isso & possivel porque a pressdo de pico €
. N P . , - N
proporcional a /R—, e a largura do semi-contato, a, é proporcional a ,/P. R, conforme as Egs. 3.8 e 3.9.
S

A importancia dessa relacdo entre p, e a € o fato de a extensdo do campo de tenséo induzido pelo
contato poder variar enquanto a magnitude é mantida constante. Estudos constatando esse fendmeno
foram feitos inicialmente por Bramhal (1970) e posteriormente por Nowell (1988). Segundo Nowell
(1988), é verificado uma mudanca brusca entre os regimes de vida finita e vida infinita em valores criticos

do tamanho do semi-contato, ait, conforme a Fig. 6.1.
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Figura 6.1: Resultados da primeira série experimental de Nowell (1988) variando a vida com o tamanho

do contato.
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No interior de cada série de ensaios realizados por Nowell (1988) observou-se que a taxa de

decaimento da amplitude de tensdo varia conforme o tamanho do contato. A Fig. 6.2 representa

esquematicamente essa variagao no gradiente de tenséo de acordo com o raio da sapata.

LMPI ,
Ly
S Corpo de Prova
Rsl > Rsz > R,;

y/ s3
Figura 6.2: Variagdo do gradiente de tenséo para trés valores diferentes de raio de sapata

Quatro séries de ensaios foram conduzidos com a liga de aluminio aeronautico Al 4%Cu (HE 15-

TF) para investigar a variacdo da largura do contato critico com a presséo de pico, p,, forca tangencial, Q,
e tensdo de fadiga, o.. Com o0 objetivo de obter uma faixa de tamanho de contato, Nowell (1988) adotou

oito pares de sapatas de fretting com raios de curvatura variando entre 12,5 mm e 125 mm. Oito testes

foram realizados no interior de cada série mantendo constantes 0s parametros po, Q € o,.
Todos os ensaios foram conduzidos em regime de escorregamento parcial, ou seja, Q < f.P, onde o

coeficiente de friccdo para as zonas de escorregamento, f, foi de 0,75. O espécime e as sapatas foram
confeccionadas a partir do mesmo material. A Tab. 6.1 abaixo apresenta as propriedades relevantes da liga

Al 4%Cu (HE 15-TF):
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Tabela 6.1: Propriedades mecanicas relevantes da liga Al 4% Cu (HE 15-TF).

Propriedades mecanicas

Tensdo Ultima de resisténcia a tracao, oyrs (MPa) 500
Maodulo de Young, E (GPa) 74

Limite de escoamento, oy (MPa) 465

Coeficiente de Poisson, » 0,33

Resisténcia a fadiga em 10’ ciclos, para R= -1, 6.1 (MPa) 124
Tenacidade & fratura, Kic (MPa.m*?) 34

A Tab. 6.2 apresenta os parametros experimentais e a faixa de tamanho critico calculada usando a
teoria de Hertz para a liga de aluminio. Os extremos da faixa de valores para ai: corresponde ao maior
valor de contato para atingir a vida infinita e 0 menor valor para falhar.

Tabela 6.2: Pardmetros experimentais e as faixas de tamanho critico obtidas por Nowell (1988).

L. Amplitude da tensdo remota Pressap normal Q Fator de Acrit
Serles alternada, o, (MPa) de pico, Pq ) atrito, f (mm)
» Oa (MPa) p ’
1 92,7 157 0,45 0,75 0,28 -0,38
2 92,7 143 0,45 0,75 0,54 -0,72
3 77,2 143 0,45 0,75 0,18 - 0,27
4 61,8 120 0,45 0,75 0,36 — 0,54

As Tabs. 6.3 a 6.6 apresentam o0s valores de vida em fadiga obtidos por Nowell (1988) e o

correspondente tamanho de contato e raio da sapata para cada condi¢do de ensaio realizado.
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Tabela 6.3: Resultados dos ensaios da Série 1.

Série 1

Raio da sapata (mm)

Tamanho do semi-contato, a

Vida em fadiga, N¢ (10° ciclos)

(mm)

12,5 0,1 10—
25 0,19 10—
37,5 0,28 10—
50 0,38 1,23
75 0,57 0,67
100 0,76 0,85
125 0,95 0,73
150 1,14 0,67

1 — A seta horizontal apontando para a direita indica que o teste foi interrompido sem a quebra do

espécime ao atingir 10’ ciclos.

Tabela 6.4: Resultados dos ensaios da Série 2.

Série 2

Raio da sapata (mm)

Tamanho do semi-contato, a

Vida em fadiga, N¢ (10° ciclos)

(mm)
12,5 0,09 10—
25 0,18 10—
375 0,27 4,04
50 0,36 1,50
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Raio da sapata (mm)

Tamanho do semi-contato, a

Vida em fadiga, N¢ (10° ciclos)

(mm)
75 0,54 0,80
100 0,72 0,61
125 0,90 1,24
150 1,08 0,69

1 — A seta horizontal apontando para a direita indica que o teste foi interrompido sem a quebra do

espécime ao atingir 10’ ciclos.

Tabela 6.5: Resultados dos ensaios da Série 3.

Série 3

Raio da sapata (mm)

Tamanho do semi-contato, a

Vida em fadiga, N¢ (10° ciclos)

(mm)
12,5 0,09 10—
25 0,18 10—
50 0,36 10—
75 0,54 1,20
100 0,72 1,42
125 0,90 1,02

1 — A seta horizontal apontando para a direita indica que o teste foi interrompido sem a quebra do

espécime ao atingir 10 ciclos.
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Tabela 6.6: Resultados dos ensaios da Série 4.

Serie 4
Raio da sapata (mm) Tamanho do semi-contato, a Vida em fadiga, N (10° ciclos)
(mm)
25 0.14 0 —
37,5 0,21 o -
50 0,28 10—
75 042 10 —
100 0,57 10—
125 071 1,57
150 0,85 1,23

1 — A seta horizontal apontando para a direita indica que o teste foi interrompido sem a quebra do

espécime ao atingir 10’ ciclos.

6.2. METODOLOGIA E APLICACAO DA TECNICA DE ESTIMATIVA DE VIDA
PARA OS DADOS DE FADIGA POR FRETTING

Para encontrar a relagdo Ly versus N é necessario calcular as constantes materiais A e B da Eq. 5.1
para a liga Al 4% Cu (HE 15-TF) utilizada por Nowell (1988) . Nesse trabalho, devido a falta de dados
experimentais, adotou-se a estratégia baseada na utilizacdo das propriedades materiais determinadas sob
carregamento estatico e no limite de fadiga (ver Cap. 5) para a estimativa das constantes A e B. Para No =
10’ ciclos, tem-se Lyp = 0,05 mm (Aradjo et al., 2007). Na resisténcia estéatica, Ns = 1 ciclo, pela Eq. 5.2 e
usando os dados da Tab. 6.1, tem-se que Ls= 0,74 mm. Tendo os dois pontos mostrados na Fig.5.2, pode-
se calcular as constantes A e B e, finalmente obtém-se a relagdo Ly versus N para essa liga conforme a

equacéo a sequir:

Ly =0,74.N; " (6.1)
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Uma vez conhecida a relagdo Ly versus Ny pode-se obter a distancia critica correspondente a uma
determinada vida para um componente contendo concentrador de tenséo.

Posteriormente, calcula-se o campo de tensdes linear-elastico na zona do processo de fadiga. Para
isso o tensor tenséo ciclico foi obtido na extremidade anterior do contato ("hot spot”), ou seja, x/a = —1
e na profundidade y/a = Lyp/a. Os calculos para o campo de tensdo ciclico foram feitos conforme as
equacdes apresentadas no Cap. 3, utilizando o software Matlab, onde o tensor tensédo ciclico foi calculado
em 12 diferentes passos de carregamento. Uma vez obtido o tensor tensdo ciclico, calcula-se o plano
critico no ponto em questdo utilizando o MCWM e, para o calculo da amplitude da tensdo cisalhante no
plano critico utilizou-se o Método do Maior Retangulo Circunscrito (MRC) (Araujo et al., 2010) (ver
Anexo I).

Conforme visto no Cap. 4, o Método das Curvas de Wohler Modificadas é calibrado utilizando
duas curvas, 7o VS N, obtidas atraves de ensaios uniaxiais de flexdo e tor¢do pura a uma razdo de
carregamento, R = -1. Para estimar a curva S x N sob flexao pura precisa-se de dois pontos. Nesse caso, a
amplitude de tensdo no limite de fadiga foi extraida da literatura (Aradjo et al., 2007) (ver Tab. 6.1) e, para
o regime de fadiga de baixo ciclo (N; = 10° ciclos), a amplitude de tensio é obtida segundo a equago
(Susmel, 2012):

O-S,a = CR' 0,9 O-UTS (62)

onde Cg, fator de confiabilidade, é igual a 1 para uma confiabilidade de 50%.

Dessa forma, o valor de o554 € igual a 450 MPa. Como tem-se os dois pontos da curva S X N a

equacdo da reta em escala log-log é:
-0,14
Sq = 1174,9. N, (6.3)
Representando o estado de tenséo do carregamento de flexdo pura no diagrama de Mohr [Fig. 4.5
(a)], obtém-se a amplitude da tensao cisalhante, t,, N0 plano critico e, consequentemente, a relacéo z, vs Nt

(ver Eq. 4.9). Assim, equacao 7, vs N; para o ensaio de flexdo pura, com R=-1 é:

T, = 587,45.N; 1 (6.4)
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Analogamente, para estimar zs, VS N sob torcdo pura utilizou-se a seguinte equagdo para

determinar a amplitude de tensio torcional em 10° ciclos (Susmel, 2012):

Ts,a = CR' 0,63 O-UTS (65)

onde Ckg, fator de confiabilidade, é igual a 1 para uma confiabilidade de 50%.

Dessa forma, o valor de 74 € igual a 315 MPa. No limite de fadiga a amplitude da tenséo de tor¢ao

pura foi calculada a partir da relagdo ;;1 = 0,70, para R = -1. Essa relacdo foi obtida pela média da faixa
-1

0,58 < ;;1 < 0.82, para R =-1. O limite inferior essa faixa é obtido utilizando-se VVon Mises:
-1

_ 124
=2 716 (6.6)
V3 3
Assim:
T, 716
. == 0,58 (6.7)

O limite superior da faixa vem da relacdo de tensdes no limite de fadiga proposto por Atzori et al.
(2004):

T_1 = 0,54‘ 0_q + 34‘,3 (68)

Assim, substituindo o valor do limite de fadiga em flexdo, 6.1 = 124 MPa, temos que 1.; € igual a
101,3 MPa, e:.

1= = 0,82 (6.9)

Dessa forma, com dois pontos no diagrama z; vs N; pode-se calcular a curva em escala log-log:
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T, = 817,52.N; ' (6.10)

Apos a calibragdo das duas curvas de fadiga uniaxial do MCWM é feita a interpolacéo linear das
curvas, segundo a equacao Eq. 5.3, para se obter a amplitude da tenséo cisalhante no limite de fadiga em
funcdo da razdo de tensdes calculadas no plano critico, za ref (0). A mesma técnica foi adotada para calcular
a inclinacdo da curva em funcdo do p no plano critico, K, (p), confome a Eg. 5.4. Finalmente, pela Eq. 5.5,
calculou-se a vida estimada para cada teste experimental das quatro séries de ensaios do Nowell (1988).

As Tabs. 6.7 a 6.10 apresentam os resultados de vida experimental obtidos por Nowell (1988) e as

correspondentes vidas estimadas nesse trabalho:

Tabela 6.7: Vida experimental versus vida estimada da Série 1.

Série 1
_ Vida em fadiga _ _ _
Raio da sapata i ontal Vida em fadiga estimada, | pai0r <Nf.est>
experimental, ox
(mm) P 6 Nrest (10° ciclos) Frexp
Nrexp (10° ciclos)

12,5 10— 18,3 -82.57
25 110 - 4,32 131.28
37,5 10— 1,66 500.70
50 1,29 1,88 -46.10
75 0,67 0,97 -45.40
100 0,85 0,50 68.55
125 0,73 0,35 107.10
150 0,67 0,26 151.80

1 — A seta horizontal apontando para a direita indica que o teste foi interrompido sem a quebra do

espécime ao atingir 10’ ciclos.
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Tabela 6.8: Vida experimental versus vida estimada da Série 2.

Série 2
| ! N es
Raio da sapata Vida em fadiga Vida em fadiga estimada, Fator (=Lt
T N st (10° cicl Nfexp
(mm) Nf|exp (106 CiClOS) f,est( cic OS)
120 10— 218 -118.20
» 10— 6.17 62.10
o 404 3,50 15.50
50 1,50 2,66 Py
& 0,80 1,40 i
0 061 0.85 -41.77
2 1,24 047 163.34
150 0,69 0,41 6818

1 — A seta horizontal apontando para a direita indica que o teste foi interrompido sem a quebra do

espécime ao atingir 10’ ciclos.

Tabela 6.9: Vida experimental versus vida estimada da Série 3.

Série 3
_ Vida em fadiga ) ) _
Raio da sapata _ Vida em fadiga estimada, Eator [ Mrest
experimental, 6 Nfexp
(mm) 6 Nt est (10° ciclos)
125 10 — 13,7 -637.10
25 Ho — 11,7 -17.01
215.04
50 140 — 3,17
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_ Vida em fadiga ) ] _
Raio da sapata _ Vida em fadiga estimada, Fator [ NLest
experimental, 6 . Nfexp
(mm) 5 Nt est (10° ciclos) ’
Ntexp (107 ciclos)
75 1.20 2,82 -135.35
100 1,42 1,45 -2.07
125 1,02 1,05 -3.02

1 — A seta horizontal apontando para a direita indica que o teste foi interrompido sem a quebra do

espécime ao atingir 10’ ciclos.

Tabela 6.10: Vida experimental versus vida estimada da Série 4.

Série 4
_ Vida em fadiga _ _ _
Raio da sapata mental Vida em fadiga estimada, Fator <Nf.est>
experimental, Nfox
(mm) P 6 . Nfest (10° ciclos) Frexp
Nt exp (10° ciclos)

25 10 — 81,9 -718.58
37,5 10— 29,3 -193.39
50 10 — 20,9 -109.43
75 10 — 8,19 22.03
100 10 — 4,57 118.72
125 1,57 5,40 -244.00
150 1,23 4,12 -234.60

1 — A seta horizontal apontando para a direita indica que o teste foi interrompido sem a quebra do

espécime ao atingir 10’ ciclos.
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A Fig. 6.3 apresenta a acuracia da metodologia para estimar a vida em fadiga multiaxial em
condicdes de fretting para a liga Al 4%Cu (HE 15-TF), utilizando uma banda de fator dois, para todos 0s
ensaios das quatros séries de ensaios experimentais de Nowell (1988). Segundo Taylor e Wang (2000) e
Susmel e Taylor (2003) as diferentes formalizacbes da TDC sdo capazes de realizar estimativas em um
intervalo de erro de + 20%, independentemente do material e da caracteristica geométrica do mesmo. E
importante salientar que erros de + 20% séo, em geral, aceitaveis em vista das imprecisfes nos trabalhos
experimentais e nas analises de tensdes numeéricas (Taylor e Wang, 2000). Os dados com indicagédo da seta
apontando para a direita correspondem aos ensaios que foram interrompidos sem a quebra do espécime ao
atingir 10’ ciclos.

Pode-se observar pela Fig. 6.3 que, em geral, para 0s ensaios que apresentaram vida experimental
em um regime de médio / alto nimero de ciclos, ou seja, entre 10°e 107 ciclos, os resultados da aplicagdo
da metodologia de estimativa de vida apresentaram boa acuracia. Em outras palavras, a grande maioria das
vidas estimadas pela aplicacdo da metodologia cairam dentro da banda de fator dois indicando que o
método é capaz de prever com relativo alto grau de acuracia os resultados de vida dos experimentos de
fretting.

Os dados de vida estimada que apresentaram valores superiores as correspondentes vidas
experimentais do testes que foram interrompidos em 10’ ciclos correspondem &s estimativas néo-
conservativas. Em uma primeira analise pode-se considerar que a metodologia de estimativa de vida
apresenta grande risco. Entretanto, deve-se notar que esses pontos correspondem aos dados de ensaios que
foram interrompidos. Nesse sentido, caso 0 ensaio seguisse até a ruptura a vida experimental seria
certamente maior do que a vida relatada. Portanto, a precisdo / erro associada a estes dados de vida infinita
é baixa e deve ser analisada com a cautela necessaria.

Os valores de vida estimada que apresentaram valores menores as correspondentes vidas
experimentais que forma interrompidos em 107 ciclos indicam que as estimativas sdo conservativas.
Assim, mesmo que o0 ensaio prosseguisse até a fratura final do espécime e, dessa forma, a diferenca de
valor da vida estimada aumentasse se comparado ao valor da vida experimental, a metodologia estaria
voltada para o lado conservativo de previséo de vida.

Em virtude das imprecisdes dos ensaios experimentais que foram interrompidos em 107 ciclos é
mais conveniente a aplicacdo da metodologia para estimar ndo a vida em fadiga, mas sim a resisténcia a
fadiga multiaxial. A Fig. 6.4 ilustra a resisténcia a fadiga segundo o MCWM somente para os testes das
quatro séries que foram interrompidos em 10’ ciclos. Novamente é utilizada uma faixa de erro de + 20%.

Pode-se comprovar um nivel aceitavel de acuracia da metodologia para prever a resisténcia a fadiga dos
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ensaios experimentais produzidos por Nowell (1988). Todos os pontos ficaram localizados dentro da faixa
de erro de + 20%. Os dados posicionados acima da condigdo limite de resisténcia a fadiga prevista pelo
método (linha continua), SU=0%, correspondem a estimativas incorretas. De qualquer forma, tais
estimativas foram conservadoras tendo em vista que as mesmas indicam que os especimes falhariam

sendo que de fato os mesmos atingiram vida infinita.
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Figura 6.3: Acuracia da metodologia de estimativa de vida em fadiga multiaxial em condi¢fes de fretting

para as quatro séries experimentais de Nowell (1988).

As Figs. 6.5 a 6.8 ilustram a estimativa de resisténcia a fadiga baseada no MCWM aliado a
metodologia de distancia critica para as quatro séries experimentais de Nowell (1988). Pode-se verificar
que a metodologia apresenta um nivel aceitavel de acurécia na estimativa de resisténcia a fadiga dos dados
experimentais. Dos 29 testes das quatro séries experimentais com o Al 4%Cu apenas seis estimativas,

relativas aos testes que foram interrompidos em 107 ciclos, mostraram-se ndo-conformes, de acordo com a
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teoria do MCWM. No entanto, tais estimativas incorretas sdo conservativas, ou seja, elas indicam que 0s
espécimes falhariam quando de fato os mesmos atingiram vida infinita. Além disso, observa-se que tais

estimativas estdo localizadas dentro da faixa de erro de + 20%.

120 T
|
i -~
_— P o gene 1
-~ _ i | oSérie 2
100+ - . ~1 -
o Lo+ Série 3
| oSérie 4
i
i -
i
i
= i
o 1
3 i .
i i
!
|
| -
i
|
|
|
20| i -
|
p,=1,64 |
|
0 I I I I I I I L I
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 1.4 1.6 1.8 2

Figura 6.4: Estimativa de resisténcia a fadiga por fretting para os testes das quatro séries que foram

interrompidos em 107 ciclos.
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Figura 6.5: Estimativa da resisténcia a fadiga por fretting para os testes experimentais da Série 1 de
Nowell (1988).
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Figura 6.6: Estimativa da resisténcia a fadiga por fretting para os testes experimentais da Série 2 de
Nowell (1988).
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Figura 6.7: Estimativa da resisténcia a fadiga por fretting para os testes experimentais da Série 3 de
Nowell (1988).
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Figura 6.8: Estimativa da resisténcia a fadiga por fretting para os testes experimentais da Série 4 de
Nowell (1988).
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7. DISCUSSOES E CONCLUSOES

Nesse trabalho propds-se uma metodologia para a estimativa de vida utilizando 0 MCWM em
conjunto com a TDC, formulada em termos do Método do Ponto, em fadiga multiaxial sob condi¢des de
fretting. Pelo que foi exposto, o que se verificou é que a metodologia é fortemente dependente da relagédo
Lm versus N;. Portanto, o nivel da acuracia da andlise depende fortemente da disponibilidade e da
qualidade dos dados experimentais disponiveis para esta relacdo. Nesse caso, conforme relatado por
Susmel e Taylor (2008) a calibracdo da relacdo Ly versus N¢ através do levantamento de duas curvas de
fadiga, utilizando um espécime convencional e um espécime contendo concentrador de tensdo, mostra-se
como a condicdo mais apropriada para conduzir as estimativas de vida em fadiga em regime de médio
ciclo usando a TDC, apesar de ser possivel a obtencéo da relagdo através da resisténcia estatica e no limite
de fadiga. Conforme mencionado no Cap. 5, a principal vantagem da estratégia utilizando as duas curvas
de calibracdo é a consisténcia dos resultados experimentais, do ponto de vista estatistico, permitindo
calcular as constantes A e B da relagdo Ly versus N; de uma forma mais coerente. No entanto, de um ponto
de vista pratico de engenharia, 0 emprego da estratégia baseada nas propriedades de resisténcia estética e

no limite de fadiga pode ser aplicada e permite um uso mais amplo da teoria proposta.

Pode-se verificar pelos resultados apresentados nesse trabalho, e observando os relatos da literatura
(Lazzarin e Susmel, 2003; Susmel e Taylor, 2007; Susmel e Taylor, 2008; Susmel, 2009), que a boa
acuréacia da metodologia de estimativa de vida utilizando espécimes apresentando diferentes formas de
concentradores de tensdo sustenta a ideia de que a relagdo Ly versus N¢ parece de fato ser uma propriedade
do material, a qual depende, entretanto, da razdo de carregamento. Mais ainda, a metodologia proposta €
eficiente na contabilidade de gradientes de tensdo ndo apenas para corpos entalhados (Susmel e Taylor,
2007; Susmel e Taylor, 2008; Susmel, 2009), mas também para corpos submetidos a fretting, o que

evidencia uma independéncia do método com relacdo a complexidade do campo de tensé&o.

E importante salientar que o escorregamento parcial foi desprezado nos calculos desse trabalho
introduzindo erros nos resultados. No entanto, em fadiga multiaxial sob condicdes de fretting o nivel de
escorregamento relativo entre as superficies em contato ¢ baixo (usualmente inferior a 100um) e, portanto,
o dano superficial é pequeno e concentrado nas zonas de escorregamento. Assim, acreditamos que a nao
inclusdo de um pardmetro na modelagem que reflita de alguma forma o nivel de dano superficial

provocara erros de menor ordem.
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Outro fator que introduz erros na analise é a sensibilidade dos dados de resisténcia a fadiga em
regime de fadiga de alto ciclo. Ou seja, em regime de fadiga de alto ciclo para uma pequena variagdo na
amplitude de tensdo prescrita a vida em fadiga pode variar dentro de uma faixa de nimero de ciclos
bastante ampla, indicando uma alta sensibilidade do comportamento experimental em relacdo aos
parametros de carregamento, fato este que diminui muito em regime de médio (ou baixo) ciclo onde os
niveis de tensdo impostos passam a ser mais elevados. Tal sensibilidade impacta diretamente na calibracéo

das curvas do método aumentando a imprecisdo do mesmo.

Pode-se concluir que em regime de fadiga de médio nimero de ciclos (e.g. 10° < N; < 10’ ciclos)
a metodologia funciona com boa acuréacia. No entanto, para os dados que foram interrompidos em 10’
ciclos (condicdo de parada dos ensaios experimentais para atingir vida infinita), & necessario que mais
investigacOes sejam realizadas. Conforme visto no Cap. 6, tdpico 6.2, em virtude das imprecisdes dos
ensaios experimentais interrompidos em 10’ ciclos é mais conveniente aplicar a metodologia para estimar

ndo a vida em fadiga, mas sim a resisténcia a fadiga multiaxial.
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8. PROPOSTAS DE TRABALHOS FUTUROS

Como passos subsequentes de pesquisa pode-se indicar a necessidade de que novas investigagoes
sejam feitas utilizando o MCWM em conjunto com a TDC para estimar a vida em situacdes de fadiga
multiaxial sob condicGes de fretting. Em especial, com o intuito de verificar a acuracia e a confiabilidade
da metodologia em situagdes de fadiga por fretting na presenca de tensbes médias diferentes de zero,
como é o caso de carregamentos flutuantes e repetidos.

Além disso, com o objetivo de melhorar os resultados de estimativa de vida obtidos a partir da
aplicacdo da metodologia, é importante que novos esforcos experimentais sejam realizados para obter e/ou
melhorar a qualidade de calibracdo das curvas que possibilitam o célculo das constantes A e B da relacdo

Lwm versus N, e também das curvas-mestre do Método das Curvas de Wohler Modificadas.

E importante também que outros tipos de problemas envolvendo concentradores de tensdo, tais
como entalhes de diversas geometrias, sejam analisados sob uma perspectiva de que analogias sejam feitas
de modo a esclarecer o papel do dano superficial nos problemas de fadiga sob condic6es de fretting.

Outra possibilidade de continuidade desse trabalho é adotar outras formulacdes da TDC, tais
como: o Método da Linha e 0 Método da Area, com o objetivo de verificar qual das mesmas oferece
melhor acuracia e eficiéncia nos dados estimados em relacdo aos dados experimentais. Também é
interessante adotar outros modelos de falha, como por exemplo 0 modelo de Smith, Watson e Topper
(SWT), para realizar comparativos de eficiéncia no que diz respeito as estimativas processadas.
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ANEXO |

ROTINA IMPLEMENTADA NO SOFTWARE MATLAB 7 UTILIZADA
PARA CALCULAR O CAMPO DE TENSAO GERADO EM FRETTING, O
CRITERIO DE FADIGA MULTIAXIAL E ESTIMAR A VIDA EM FADIGA
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clear all
clc

% close all
format short

dlsp ( '**********************************************************************')
disp('* Programa para estimativa de vida em fadiga sob condicdes dex****xxxx1)
disp (' fretting em liga de aluminio Al 4%Cu (HE15-TF) *********')
disp('* Michel Sullivan Teixeira Pires - Universidade de Brasilia - UnB ")
disp('* Ultima versdo: 20/06/2012 ")
dlsp ( L b i I I i b S e e I b b b b b b b 2 b b b b b b b b b b b b b b 2 b b b b S b 2 2 b b b b b b b 2 b b b b b b b 2 2 b b g ')

ondic¢des experimentais:
arregamentos:

o° o
o° o
o° o
o° o
o° o
o° o

0. 0 0 00
$%%5%%5C
0 0 0 00
$%%%%C

Po =157; % Pressdo de pico (MPa)
Sigma B m =0; % Tensdo remota média (MPa)
Sigma B a =92.7; % Tensdo remota alternada (MPa)

000 o)
0070 60/

Geometria e propriedades Materiais do corpo de prova:
R sapata =150; % Raio da sapata (mm)

ni =0.33; % Coeficiente de Poisson

E =74000; % Mb6dulo de elasticidade (MPa)

L =13; % Largura do CP (mm)

f =0.75; % Fator de atrito

Sy =465; % Limite de escoamento (MPa)-dado extraido da tese do Alex
pag.b58

$%%%%%%%%%%Limites de resisténcia a fadiga, considerando N=1.10"7
ciclos

f 1=248/2; % Carregamento flexdo pura - (R=-1)

f 0=172/2; % Carregamento repetido - (R=0)

tau 1=89.28; %Limite de fadiga torcional para R=-1 - T 1/f 1=0.72;

DKth=4.5; % Limiar de propagacdo de trinca para R=-1 (valor adotado no
paper "A comparative analysis between multiaxial stress and delta K-

based short arrest model in fretting fatigue") (MPa*m”1/2)
DK1lc=34; %
sigma uts=500; % (MPa)Dado extraido da tese do Alex - pag. 58

0 0 00000 o

99090000000

0000000 60

Constantes calculadas:

A=4* (1-ni™2) /E;

K=1/R sapata;

a=A*Po/K; % Metade do tamanho do contato
b a=(L/2)/a; % Largura do contato

o°

000000
000000

o°

%$%%Carregamentos calculados:
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P L=(Po*pi*a)/2; % Razdo da pressdo de contato pela largura do CP
(N/mm)

P=(P _L*L)/1000; % Pressdo de contato (KN)

Omax fP=0.6;

%%%%%%%%%%%Parametros materiais para o modelo do envelope prismatico no
plano critico:

kappa=0.5*(f 1-f 0);
lambda=f 1-(f 0/2);

3%%%%%%%%%%Calculo das cargas adimensionais:

sBm_po=Sigma B m/Po;

sBa po=Sigma B a/Po;

Sy norm=Sy/Po;

f 1 norm=f 1/Po;

f 0 norm=f 0/Po;

% % % % % % Valor da vida experimental a ser utilizada para calcular a
distdncia critica:

Nfexp=0.67e6;

o)

$%%%%%%%%%%Limitacdes fisicas para os ensaios experimentais:

P cil=45E3; % Capacidade maxima do cilindro pneumatico (N)

Psi=6.89655; % Conversdo de Psi para Pascal (KPa)

P at=8*Psi; % Capacidade maxima do atuador hidraulico (MPa)

A cil=0.99; % Area efetiva do cilindro pneuméatico (in)

P atuador=P at*A cil*(25.4)"2; % Capacidade maxima do atuador
hidraulico (N)

if P>P cil|P>P_ atuador

disp ('Obs 1. A carga P excede os limites do cilindro e do
atuador!!!")
disp ('Diminua o valor de Po'")
else
disp ('Obs 1. Carga P dentro dos limites do cilindro e do
atuador!!!")
end

o) Q Q Q o)

% % % % % % % Calculo da distribuicdo da vida em funcdo da disténcia
critica

[Lmest] = distribuicao (DKth,DKlc,sigma uts,f 1,Nfexp);

o)

% % Coordenadas do ponto em andlise - adimensionalisadas em relagdo a
semi-largura do contato a
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x = -1;
Lmest/a;

<
I

o°
o°

calculo da histdédria de tenséo
for t=0:1:12 % doze intervalos de tempo

[tensor,CondEscorreg]=variacao no_ tempo (x,y,f,ni,Qmax fP,sBm po,sBa po,
t);

sxxX (t+1l)=tensor(l,1);
syy (t+l)=tensor(2,2);
szz (t+1l)=tensor (3, 3);
sxy (t+l)=tensor(1l,2);
sxz (t+1l)=tensor (1, 3);
syz (t+1)=tensor(2,3);
tempo(t + 1) = t;

if CondEscorreg==

break
end

end
tensor=[sxx; sSyy; Szz; SXY; SXZ; SyzZ];

[e) 0000000000000 o
T 3333333333383 Teoria de Tresca:

[razao,sigma eql=tresca(x,y,f,ni,QOmax fP,sBm po,sBa po,Sy norm);

$ % % % Plano Critico

[ Tau a Po Ta Ta ¢ Ta ¢ n] = plano critico(sxXx,syy,SzZ,SXy,SXz,SYzZ);
Ta ¢ n(3)=Ta c n(3)*Po;

Tau a=Ta c n(3);

Ta ¢ n(4)=Ta c n(4)*Po;

Sigma_nmax=Ta_E_n(4);
rho=Sigma nmax/Tau a;

===

rholim = lambda/ (2*kappa); % Equacdao obtida do paper

if rho>rholim
disp('Valor do rho maior do que o valor do rho limite!")
rho=rholim;

end

= 0:0.01l:rholim;

-kappa*xl + lambda;
—kappa*xl+1l.2*1lambda;

X

o° o o

=K

NI
I
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o\°

y3= —-kappa*x1+0.8*lambda;

plot (x1,vyl)

Title ('Grafico do rho x amplitude da tens&o cisalhante')
xlabel ('rho')

ylabel ("Amplitude da tensdo cisalhante (MPa)')
text(1.6,110, '"Regido de quebra')

text (0.5,50, '"Regido de ndo-quebra')

hold on

plot (rho,Tau a,'o’
plot(x1l,y2,'r—--")
plot(x1,y3,'r—--")

o® 0° o° o° o o o

o°

)

o o°

o°

[

% % % % % Comparativo de vida
Nest,Tau a rho,Erro]=comparativo(rho,f 0,f 1,Tau a,rholim,Nfexp)

— o\

o)

35%%%5%%%%%%Visualizacdo dos parametros de entrada e resultados

visualizacao

o) o) o)

% % % % % Grafico do gradiente da tensédo cisalhante
% gradiente (f,ni,QOmax fP,sBm po,sBa po,Sy norm,Po,a);
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function[tensor,CondEscorreg]=variacao_no_tempo(x,y,f,ni,Omax fP,sigma_
bulk m,sigma bulk_a, tempo)

K=12; %Periodo
CondEscorreg=0;

%scondicoes de contorno para a funcao tensao?
if x==
x=realpow (10,-13);
end
if y==
y=realpow (10,-13);
end
Q fP = Qmax fP*sin(2*pi*tempo/K);

sigma bulk = sigma bulk a*sin (2*pi*tempo/K) ;

$Julga o tempo e aplica o "Lsituation" correto
if tempo==K/4

Lsituation=1;
elseif tempo>K/4 & tempo<3*K/4
Lsituation=2;
elseif ((tempo>=0 & tempo<K/4) | (tempo>3*K/4&tempo<=K))
Lsituation=3;
elseif tempo==3*K/4
Lsituation=4;

end

if Lsituation==2|Lsituation==4

s=1;
else
s=-1;
end
DQ fP = abs ( Omax fP - s*Q fP ),
Dsigma bulk = abs ( sigma bulk a - s*sigma bulk ) ;
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coa=sqgrt (1-abs (Qmax fP));
eoa=abs (sigma bulk a)/ (4*f);

o O

$%%%%%% alerta de escorregamento reverso %%%%%%%%
if coateoca>=1
disp ('Escorregamento reverso Acontendo!!!")

o O

disp('Diminua o valor de Sigma B max ou aumente Qmax/fP!!!"')
disp(['c/at+te/a = ',num2str (coa+teoa)l])
CondEscorreg=1;

end

0 0 0 0 0O o)

$%%%%%% alerta de escorregamento total $%%%%%%%%%
1f Omax fp>=1
disp('Escorregamento total Acontendo!!!")
disp('Diminua o valor de Qmax fP!!!")
disp(['Omax fP = ',num2str (Qmax fP)])
CondEscorreg=1;

0909000000000 0000000000000000000000000000000000000 0

if Lsituation==2 | Lsituation==3

cloa=sqgrt( 1 - ( DQ fP)/2 );

eloa=abs ( Dsigma bulk )/ (8*f);

[a,b,c,Sxxqgl, Syyql, Txygl]=tensao?2 ( (x-eloa) /cloa,y/cloa, f);
end

[SxxP, SyyP, TxyP, SxxQ, SyyQ, TxyQ]=tensao2 (x,vy, f);
[a,b,c,Sxxq, Syyq, Txyg]l=tensao2 ( (x-eoa) /coa, y/coa, f);

%situation loadsituation sigma P sigma Q sigma g sigma gl sigma bulk
% loading and Qmax 1 + + - 0 +
% Omin 4 + - + 0 +
% unloading 2 + - + +
% reloading 3 + + - +

if Lsituation==1
Sxx = SxxP + £*SxxQ - f*coa*Sxxg + sigma bulk + sigma bulk m;
Syy = SyyP + £*SyyQ - f*coa*Syyqg;
Txy = TxyP + £*TxyQ - f*coa*Txyqg;
elseif Lsituation==2
Sxx = SxxP - f*SxxQ - f*coa*Sxxgq + 2*f*cloa*Sxxqgl + sigma bulk
sigma bulk m;
Syy = SyyP - f£*SyyQ - f*coa*Syyq + 2*f*cloa*Syyqgl;
Txy = TxyP - £*TxyQ - f*coa*Txyqg + 2*f*cloa*Txyqgl;
elseif Lsituation==3
Sxx = SxxP + f£*SxxQ + f*coa*Sxxq - 2*f*cloa*Sxxgl + sigma bulk
sigma bulk m;
Syy = SyyP + f£*SyyQ + f*coa*Syyqg - 2*f*cloa*Syyqgl;
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Txy = TxyP + £*TxyQ + f*coa*Txyqg - 2*f*cloa*Txyqgl;

elseif Lsituation==

Sxx = SxxP - £*SxxQ + f*coa*Sxxqg + sigma bulk + sigma bulk m;
Syy = SyyP - f£*SyyQ + f*coa*Syyqg;

Txy = TxyP - £*TxyQ + f*coa*Txyqg;

end

Szz = ni* (Sxx + Syy);
Txz = 0;

Tyz = 0;

tensor=[Sxx Txy Txz;

Txy Syy Tyz ;
Txz Tyz Szz];
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function [ SxxP , SyyP , TxyP, SxxQ , SyyQ , TxyQ ] = tensao2 ( x , y
, £)

Z=x+y*7J;
W=X-y*7J;

s=sign (x) ;

A=-1/2*(J) *(z-s*sqrt(z*z-1));

B=-1/2*(§)* (1-s*z/sqrt (z*z-1)) ;
C=-1/2*(-j)*(z-s*sqrt(z*z-1));
D=-1/2*(=j) * (w=-s*sqgrt (w*w-1)) ;

R=(w-z) *B-C+D;

SyyP=real (R) ;
TxyP=imag (R) ;
SxxP=2* (A+D) -SyyP;
SyyQ=TxyP;
TxyQ=SxxP;

A=—i* (§+£) *A
B=-7* (j+f) *B;
C=j* (=j+f) *C
D=9 * (=j+£f) *D

R=(w-z) *B-C+D;

Syy=real (R);
$Txy=imag (R) ;
Sxx=2* (A+D) -Syy;
%3xx=2* (A+D) -Syy;
SxxQ= (Sxx-SxxP) /f;
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function[razao,sigma_eq]=tresca(x,y,f,ni,Omax fP,sBm po,sBa_po,Sy_norm)

1=1;

for t=0:1:12

[tensor,CondEscorreg]=variacao no_ tempo (x,y,f,ni,Qmax fP,sBm po,sBa po,
t);

o

o

o

14

sxx=tensor(1l,1)
sxy=tensor (1, 2)
syy=tensor (2,2);
szz=tensor (3, 3) ;

14

14

14

14

if CondEscorreg==1

break
end
tresca (1l)= abs(max(eig(tensor))- min(eig(tensor))):;
1 = 1+1;
end
$%%%%%%%%Critério de falha da Maxima Tensdo Cisalhante - Tresca:

sigma eg=max (tresca);
razao=sigma eq/Sy norm;
1f sigma eg<=Sy norm
disp ('Obs 2. O material NAO estd escoando!')
else
disp ('Obs 2. O material ESTA escoando!"')
end
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function [Lmest] = distribuicao (DKth,DKlc,sigma_ uts,f 1,Nfexp)

s L=1e3*((1/(2*pi))* (DKth/(2*f 1))"2); %Valor da disténcia critica no
limite de fadiga em milimetros

L=0.05;

Ls=1e3* ((1/(2*pi))* (DKlc/sigma uts)"2); %Valor da distancia critica na
resisténcia estadtica em milimetros

% % % % % Constantes de calibracdo da curva Lm
Ns=1;

N=1le7;

b=10gl0(Ls/L) /1logl0 (Ns/N) ;

A=L/ (N) "b;

Nf=[Ns,N];
Lm=A.*Nf." (b);

Lmest=A*Nfexp”b;
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function [ Tau_a_Po Ta Ta_c Ta_c n Sigma n] = plano_critico
(sxx,syy,Szz,SXy,SXz,Syz) ;
p=36;
i=1; % Theta
for theta=0:pi/p:pi/2
J=1; % Phi
for phi=0:pi/p:pi/2
n x=sin(theta) *cos (phi);
n_y=sin(theta) *sin(phi);
n_z=cos (theta);

r x=-cos (theta) *cos (phi);
r y=-cos (theta) *sin (phi);
r z=sin(theta);

1 x=-sin(phi);
1 y=cos(phi);
1 z=0;

T 1=1 x*n x*sxx+l y*n y*syy+l z*n z*szz+(l x*n y+1 y*n x)*sxy+(l x*n z+
1l z*n x)*sxz+(l y*n z+l z*n y)*syz;

T r=r X*n x*sxx+r y*n y*syy+r z*n z*szz+(r x*n y+r y*n Xx)*sxy+(r x*n z+
r z*n x)*sxz+(r y*n z+r z*n y)*syz;

Sigma n=max (sxx*n x"2+2*sxy*n x*n y+syy*n y”"2+szz*n z"2);
Sigma nl(i,J)=min(sxx*n x"2+2*sxy*n x*n y+syy*n y"2+szz*n z"2);

[ Tau a Po ] = maxenvelope( T 1 , T r );
Ta(i,:)=[theta phi Tau a Po Sigma n];
i=i+1;
end
% plot(T 1,T x);
end
i=1;
for k=1l:1length(Ta(: ))
if (max (T (.,3)) a(k,3))<0.001
Ta c(i )=Ta( 2
i=i+4+1;
end
end
i=1;
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for k=1:length(Ta c(:
4

1))
if (max(Ta c(:, )) -Ta c(k,4))<0.001
Ta ¢ n(i,:)=Ta c(k,:);
i=i+4+1;
end

end

Ta ¢ n(:,1)=Ta ¢ n(:,1)*180/pi;
Ta ¢ n(:,2)=Ta c n(:,2)*180/pi;
function [ Tau a Po ] = maxPH( T 1 , T r )

p=36;
i=1;
for theta =0:pi/p:pi/2

Tau = [ T 1 ; T r 1;

M rot = [cos(theta) sin(theta);-sin(theta) cos(theta)];

M = M rot * Tau;

al=(max (T 1)-min(T 1))/2;

a2=(max (T _2)-min(T 2))/2;
Tau a Po(i)=sqgrt(al”2+a2”2);
i=i+1;

end

Tau a Po=max(Tau a Po);
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function[Nest,Tau_a_rho,Erro]=comparativo(rho,f 0,f 1,Tau_a,rholim, Nfex

%%$%%%%Curva de calibracdo S x N
$%$%%%%%Dados extraidos da dissertacdo do Alisson Ribeiro

N=[1led 1le7];

S=1174.9.*N."(-0.14); S%SEquacdo da curva de calibracdo para flexdo pura
- R=-1

% S1=160.32.*N.”(-0.015); $%$Equacdo da curva de calibracédo para flexédo
pura - R=0

S1=817.52.*N."(-0.1375);% Equacdo da curva de calibracdo para torcéao
pura

o°

figure

loglog (N, S)

hold on

loglog (N, S1,'r—-")

title('Curva de calibracdo S x N para R=0 e R=-1 ")

xlabel ('Vida em fadiga (N) ")

ylabel ('"Amplitude de tensdao (MPa)')

% legend('Curva SxN calibrada para R=-1'"','Curva SxN calibrada para
=0")

o° o° o° o° o°

o°

)

[ [
°

% % % % % Curvas de calibracao Tau a x N

Tau al=(1174.9.*N."(-0.14))./2; %Equacdo da curva de calibracédo para
flexdo pura - R=-1

% Tau_a2=(l60.32.*N.A(—0.015))./2; $Equacdo da curva de calibracéao
para flexdo pura - R=0

Tau a2=817.52.*N.”(-0.1375); $Equacdo da curva de calibracdo para
torcao pura

Tau a rho=Tau a2+ (Tau al-Tau aZ2).*rho;

figure

loglog (N, Tau al)

hold on

loglog (N, Tau a2, 'r--")

loglog (N, Tau a rho, "k-=.")

title('Curva de calibracdo Tau a x N para Rho=1 e Rho=0 ")

xlabel ('Vida em fadiga (N) ")

ylabel ('Amplitude da tensdo cisalhante (MPa)')

legend('Curva Tau a x N calibrada para Rho=1','Curva Tau a x N
calibrada para Rho=0', 'Curva Tau a de referéncia x N')

pontox=[1e3,1le7];
pontoy=[Tau a,Tau a];
loglog (pontox, pontoy, 'c=")
hold off
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tau 1=-0.14; %inclinacdo para flexdo pura - R=-1

% k tau 2=-0.015; %inclinacdo para flexdo pura - R=0
tau 2=-0.1375; %inclinacdo para torcdo pura - R=-1
tau rho=k tau 2+ (k tau 1-k tau 2)*rho;

o) o) o) o) o)

% % % % % Equacdo para o calculo da vida estimada

% format short e

Nest=N(2) * ((Tau_a2(2)+(Tau _al(2)-Tau a2(2)).*rho)/Tau a)"

1/k tau rho);

% % % % % Calculo do erro
if Nfexp>Nest

Erro= (Nfexp/Nest)-1;
else

Erro=1- (Nest/Nfexp) ;
end

Nl=[1le3 1e8];

N2=N1;

figure (2)

loglog (Nfexp,Nest, 'bd")
hold on

loglog (N1,N2)

N3=2.*N1;

loglog (N1,N3, "r—-")
N4=0.5.*N1;

loglog (N1,N4, 'r—-")

axis ([le3,1e8,1e3,1e8])
axis square

title('Vida Experimental versus Vida Estimada')
xlabel ('Vida Experimental')
ylabel ('Vida Estimada')
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visualizacao.m

disp (' ")

disp('l - Geometria e propriedades materiais do Aluminio Al 7050-
T7451:")

disp(['Médulo de elasticidade =',num2str(E), 'MPa'l)

disp(['Raio da sapata =',numZ2str (R sapata), 'mm'])

disp(['Largura do contato = ',num2str (L), 'mm'])

disp(['Fator de atrito =',num2str(f),'"'])

disp(['Coeficiente de Poisson =',num2str(ni),''])

disp(['Limite de escoamento =',num2str(Sy), 'MPa'])

disp (' ")

disp('2 - Pardmetros de carregamento utilizados:')

disp(['pressdo de pico =',num2str (Po), '"MPa'l])

disp(['Tensdo estatica remota =',num2str(Sigma B m), 'MPa'])
disp(['Tensdo de fadiga = ',numZ2str(Sigma B a), 'MPa'])
disp(['Omax fP = ',numZ2str (Qmax fP),"'"])

disp (' ")

disp ('3 - Constantes e carregamentos calculados:')

disp(['Tamanho do contato =',num2str(a), 'mm'])

disp(['Pressdo de contato =',num2str(P), 'KN'])

disp(['QOmax/£fP =',num2str (Qmax fP),"'"])

diSp(' v)

disp('4 - Pardmetros de resisténcia:')

disp(['Limite de fadiga para R=-1 =',num2str(f 1), 'MPa'])
disp(['Limite de fadiga para R=0 =',numZ2str(f 0), 'MPa'])
disp(['DKth para R=-1 =',num2str (DKth), 'MPa.sgrt (m)"'])

disp ([ 'Tenséao ultima de resisténcia a tenséo
=',num2str (sigma uts), 'MPa'])

disp(['Tenacidade a fratura =',num2str (DKlc), 'MPa.sgrt(m)'])

disp (' ")

disp ('5 - Parédmetros materiais para o critério do plano critico:')

disp(['Kappa =',num2str (kappa), 'MPa'])
disp(['Lambda =',num2str (lambda), 'MPa'])

diSp(' v)

disp ('6 - Valor da vida em fadiga obtida experimentalmente para obter
a disténcia critica:")

disp(['Vida em fadiga experimental =',num2str (Nfexp),'ciclos'])

disp (' ")

disp ('7 - Valor da Distédncia Critica para a vida experimental
obtida:")

disp(['Valor da Distéancia Critica calculada =',num2str (Lmest), 'mm'])
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diSp(' l)

disp ('8 - Dados obtidos da verificacdo de escoamento pela Teoria de
tresca: ")

disp(['Tensdo equivalente =',num2str(sigma eq), 'MPa'])

disp(['Razdo de escoamento =',num2str(razao),''])

disp (' ")

disp ('9 - Parédmetros do Plano Critico:"')

disp ([ 'Maxima amplitude da tenséo cisalhante no Plano Critico
=',num2str (Tau a), 'MPa'])

disp ([ "'Maxima tenséao normal ao Plano Critico
=',numZ2str (Sigma nmax), 'MPa'])

disp(['Razédo das tensdes no Plano Critico (rho) =',num2str(rho),''])
diSp(' ")

format short e
disp ('10 - Valor da vida estimada:')

disp(['A vida estimada é =', num2str (Nest), 'ciclos'])
disp(['O valor do erro é =', num2str (Erro*100),'%'])
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