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RESUMO

O presente trabalho tem como principal objetivo a previséo da parada de trincas curtas,
em corpos submetidos a condi¢cdes de fretting. O modelo proposto se baseia na
determinacéo do Fator Intensidade de Tensdo dentro da zona de processo, sob a agéo de
cargas de contato, e posterior comparacdo com dois critérios de limiar de propagacéo de
trincas curtas: El-Haddad e Kitagawa-Takahashi. Os resultados encontrados foram
confrontados com dados experimentais da literatura. Todos os casos estudados
utilizaram contato entre cilindro e plano feitos de aco 52100 e AISI 1034,
respectivamente. Os testes foram conduzidos em regime de escorregamento parcial, sem
a presenca de carga remota de fadiga. Para estes dados a metodologia que forneceu as
melhores estimativas para o tamanho da trinca parada baseou-se no calculo de um fator
intensidade de tensdo efetivo (Modo | e Modo Il) e na curva limiar de Kitagawa-
Takahashi. Para determinar a priori o angulo de propagacdo da trinca utilizou-se um
critério de fadiga multiaxial de Plano Critico associado a Teoria das Distancias.
Concluiu-se a escolha do modelo mais apropriado para estimar a parada do crescimento

de trincas curtas depende fortemente do material estudado e de seu fator de Bazant.

Palavras-chave: Fadiga por fretting, Parada de trincas curtas, Fadiga multiaxial, Plano
critico, Teoria das Distancias Criticas.




ABSTRACT

The aim of this work is to estimate the arrest size of short cracks in bodies subjected to
conditions of fretting. The proposed model is based on determining the Stress Intensity
Factor within the process zone under the action of contact loads, and later compare with
two threshold criteria for of short propagating cracks, El-Haddad and Kitagawa-
Takahashi. The results were compared with experimental data from literature . All case
studies used contact between cylinder and plane made of steel AISI 52100 and 1034,
respectively. The tests were conducted in partial slip regime, without the presence of
bulk stress. For these data the methodology that provided the best estimates for the size
of the crack arrest was based on the calculation of an effective stress intensity fator (
Mode | and Mode I1 ) and the threshold curve Kitagawa - Takahashi . To determine a
priori the angle of crack propagation used a criterion of multiaxial fatigue associated
with Critical Theory Plan of distance. It was concluded the choice of the most
appropriate model to estimate the growth arrest of short cracks strongly depends on the

material studied and its factor Bazant.

Key-Words: Fretting fatigue, short crack arrest, multiaxial fatigue, critical plate,
Theory of Critical Distances (TDC).
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1.INTRODUCAO

1.1. Contexto do Desenvolvimento do Trabalho

Um dos grandes desafios da engenharia reside na necessidade de entender como o
processo de falha mecénica ocorre e estabelecer critérios mais acurados de controle
sobre a vida operacional de elementos mecanicos. Torna-se cada vez mais importante
reduzir a ocorréncia de quebras inesperadas de componentes em servicos, as quais que
podem trazer sérios danos sobre a economia e a seguranca. Em estudo realizado nos
Estados Unidos, Reed et al.(1983), os custos econdémicos decorrentes de fraturas em
1978 foram de aproximadamente U$ 119 bilhdes (em ddlares de 1982), o que
representou cercar de 4% do Produto Interno Bruto (PIB) do pais. Um valor similar foi
relatado em estudo de 1991 realizado na Europa, Milne (1994). Essas investigacOes
indicam que tais custos podem ser significativamente reduzidos por meio de

aperfeicoamento de tecnologia de projetos, principalmente na area de fadiga.

Em varios tipos de montagens mecanicas a existéncia de pontos de contato submetidos a
cargas varidveis torna-se praticamente inevitavel. Exemplos desse fato podem ser
encontrados em diversos tipos aplicacfes, sendo as mais comuns em eixos ferroviarios,
juntas flangeadas, fixagdes por arrebites de fuselagem de avibes, pas e rotores de
turbinas a géas, entre outras. A presenga de cargas variaveis ou de vibragGes externas
atuando sobre elementos em contato produzem movimentos tangenciais entre as
superficies. 1sso pode acelerar o desgaste e reducdo na vida em servico desses

componentes.

Figura 1.1- Falha e eixo ferroviario (adaptado de railway investigation report R01Q0010
Transportation Safety Board of Canada (TSB), 2001)




Ao pequeno movimento oscilatorio entre duas superficies sélidas em contato denomina-
se 0 fendmeno de fretting. A consequente reducgéo da vida de e componentes onde esse
movimento esta presente denota-se a fadiga por fretting. Adicionalmente, a ocorréncia
de desgastes superficial devido a escorregamentos entre as superficies em contato é

chamada de desgaste por fretting.

Em diferentes tipos de maquinas e estruturas em que a fadiga exerce papel crucial,
provavelmente a de maior destaque é a aviacdo. Poucos outros ramos estdo sujeitos a
acidentes catastroficos, tanto do ponto de vista econdémico quanto do potencial nimero
de vitimas, como o setor de aviacdo. Em muitas partes criticas de um avido o fretting
estd presente e demanda maior preocupacdo durante o projeto. Em contraponto, a
demanda por projetos mais eficientes, econémicos, leves e duraveis, sem que se abra
méao da seguranca, tem desafiado pesquisadores e engenheiros a superar 0s paradigmas
e desenvolverem metodologias e critérios de projeto capazes de reduzir o

conservadorismo e o pragmatismo nas abordagens aplicadas atualmente.

Portanto, a fadiga por fretting € um ramo da fadiga de alta relevancia para inddstria e
para economia, onde avancos na tecnologia de projeto podem trazer ganhos importantes
para sociedade, principalmente no que concerne a maior seguranca e confiabilidade,

além de reducdo nos custos de manutenc¢do e producao.

1.2. Revisdo do Estado da Arte

O termo fadiga se refere ao fendmeno de degradacdo gradual de um componente ou
material submetido a aplicacdo de carregamentos ciclicos, eventualmente culminando
em falha mecénica. O engenheiro alemdo W. A. J. Albert iniciou o estudo de fadiga em
metais, por volta de 1829, analisando falhas em correntes de ferro Albert (1838).
Devido a ligacdo intrinseca entre avancos tecnoldgicos e motivacdes econdémicas, 0S
estudos em fadiga se tornaram importantes em 1850, quando falhas em eixos de
locomotivas eram frequentes, causando enormes prejuizos. Entre 1850 e 1860 Wohler
realizou importantes estudos sobre o tema, iniciando 0s primeiros ensaios de especimes
em laboratério. Woéhler mostrou como a vida em fadiga diminui a medida que a
amplitude de carregamento diminui, € que abaixo de uma amplitude de tensdo limiar os
espéecimes testados ndo fraturam. Assim, foram introduzidos os conceitos de diagrama

tensdo versus vida (Curva S-N) e limite de fadiga.




A partir de dados experimentais muitos critérios de falha para fadiga uniaxial foram
desenvolvidos por diferentes estudiosos como, Gerber (1874), Goodman (1899) e
Soderberg (1930), os quais se dedicaram a quantificar o efeito da tensdo média na vida
em fadiga. Desde entdo, avancos significativos foram realizados sobre o entendimento
dos mecanismos de fadiga, tais como, mecanica da fratura e propagacdo de trincas
(Griffith,1920); efeito de concentradores de tensdo na vida em fadiga, Neuber (1946);
conceitos de danos acumulativos, Miner (1945) e Palmgren (1924); crescimento e
propagacao de trincas de fadiga, Paris (1963).

A fadiga por fretting é um caso particular do processo de fadiga, caracteriza-se pelo
estudo do desgaste ou a fratura de corpos submetidos a cargas de contato superficial
aplicadas de forma ciclica H& cerca de um século Eden et al. (1911) identificou
resquicios de éxido de ferro na préximo a zona de contato entre o espécime e a garra em
teste de fadiga uniaxial, caracterizando o desgaste por fretting, ou “fretting wear”,
dando inicio aos estudos sobre o tema, embora o termo, fretting, em especifico nao
tenha sido mencionado. Posteriormente, o fenémeno foi relacionado a reducdo da vida
em fadiga, Tomlinson et al.(1939) notou a existéncia de zonas de microescorregamento
na regido de contato e a associou a diminuicdo da vida de componentes, trazendo o

termo fadiga por fretting ao uso comum na descri¢do deste fendmeno.

Experimentos de fadiga utilizando espécimes de aco previamente submetidos a danos de
fretting foram realizados por Warlow e Davies (1941), os resultados mostraram que
uma reducdo de entre 13 a 17% na resisténcia a fadiga quando comparado a espécimes
submetidos ao fretting. Investigacdes posteriores, McDowell (1953), mostraram que
danos muito mais severos podem ser introduzido se a acdo conjunta fadiga e fretting for
introduzida, reduzindo a resisténcia em fatores entre 2 e 5, podendo atingir valores

ainda maiores.

Os primeiros a demostraram que o fretting € responsavel por acelerar fortemente o
processo de iniciacdo de trincas foram Fenner e Field (1958). Em fadiga plana, o
processo de iniciacdo pode representar cerca de 90% da vida do espécime testado, ao
passo que condicOes de fretting podem provocar o surgimento de micro trincas em
poucos milhares de ciclos. Apesar e sua importancia, até meados da década de sessenta,
pouco avanco havia sido realizado no entendimento de como os principais fatores que
atuam na fadiga por fretting se comportam, tais como a pressdo de contato, amplitude

do movimento relativo, propriedades materiais, etc.. Contudo, uma série de trabalhos
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publicados entre o fim dos anos 60 e o inicio dos anos 70 por Nishioka e Hirakawa
(1968, 1969 a, b, c, d, 1972) apresentaram um estudo sistematico sobre a influéncia
desses fatores separadamente. O experimentos conduzidos utilizaram o contato de
sapatas cilindricas pressionadas contra um espécime plano, configuracdo que permitiu
controlar e mensurar a pressdao normal, a carga tangencial, a carga remota de fadiga
possibilitando uma andlise de tensdo. Dentre suas principais conclusGes os autores
reportaram que micro trincas era iniciadas, mas ndo se propagaram até a fratura
completa, perceberam ainda que para amplitudes de micro escorregamento abaixo de 5
micrometros ndo havia formacdo de micro trincas, a que entre 5 e 30 microns havia
formacédo de micro trincas, mas ndo ocorrera propagacao. Porém, quando a amplitude de
escorregamento oi elevada acima de 50 microns, a vida do espécime testado era
fortemente reduzida, para cerca de 1/8 do valor esperado para a auséncia de fretting. Foi
notado que as trincas se iniciaram na extremidade da regido de contato, regido de alta
concentracdo de tensdo, e se propagavam obliqguamente para o interior na fase de
propagacdo inicial. Outra conclusdo importante foi a avaliagdo do efeito da tensdo
média, onde ndo se observou influéncia significativa na fase de iniciacdo de trincas,
porém, uma forte dominancia no processo de propagacdo e reducdo na vida dos
componentes. Assim, o fretting mostrou possuir papel critico na fase de formacdo e
propagacao inicial enquanto a carga remota de fadiga domina o processo de propagacao

macroscopico até a ruptura.

Bramhall (1973) investigou os efeitos causados pela variacdo do tamanho da zona
contato, mantendo-se a concentracao de tensdo local constante. Os resultados mostraram
que a partir de um dado tamanho critico da zona de contato a vida em fadiga é
fortemente reduzida pela influéncia do fretting. Com base nesta observacdo Bramhall
concluiu o campo de tensdes induzido por contatos menores € insuficiente para propagar
trincas até um comprimento suficientemente para que a carga remota pudesse dominar o
processo. Em estudo posterior, Nowell (1988), conduziu uma extensa série de ensaios
com o objetivo de confirmar a existéncia do tamanho critico de contato, registrando
parametros relevantes, os quais ndo foram mensurados inicialmente por Bramhall. Os
resultados evidenciaram que para tamanhos de contato maiores, as vidas em fretting sdo
curtas (da ordem de 10°ciclos). No entanto, abaixo de um tamanho de contato critico,
a,, ocorreu uma transicdo abrupta em regime de vidas de fadiga tornou-se muito longo

(>107) corroborando a observacdo de Bramhall. Ainda em seu trabalho, Nowell propds




a utilizacdo de um método poderoso, baseado na distribuicdo de discordancias, capaz de
calcular o fator intensidade de tensdo para trincas, tanto perpendiculares quanto

inclinadas em relagdo a superficie.

As primeiras tentativas em prever o comportamento da fadiga por fretting se basearam
em modelos empiricos, com aplicacdo restrita ao problema, principalmente devido a
dificuldade de adequar os modelos classicos de fadiga ao fretting. Porém, somente apos
se entender a inerente multiaxialidade envolvida no campo de tensdes. Neu et al. (2000)
aplicou métodos multiaxiais de Fatemi-Socie (1988) e Smith-Watson-Topper (1970)
para interpretacdo de testes realizados em a¢o inox PH 13-8, concluindo que modelo
proposto por Fatemi, o qual relaciona a iniciagdo de trincas a amplitude da deformacéo
de cisalhamento e a maxima tensdo normal no plano critico, se mostrou mais efetivo

para a predicdo tanto do crescimento quanto da direcdo de propagacao de trincas.

De um modo abrangente, o campo de tensdes gerado por um contato de fretting tipico é
altamente multiaxial e submete-se a cargas ndo proporcionais, entretanto, quando se
aproxima das extremidades da zona de contato as cargas normal e cisalhante caem para
zero, restando apenas a componente paralela a superficie, Nowell et al. (2005). Esse fato
justifica o uso de analogia a entalhes para a concentracdo gerada pela acdo do contato,
tornando possivel aplicar modelos tradicionalmente usados na predicdo da vida em
fadiga de entalhes, modelos de distancia critica tais como os métodos do ponto, da linha
e da area, Taylor (2007).

Para que a trinca se inicie e cresca 0 campo de tensdes deve ser suficientemente alto,
mesmo a uma distancia razoavel do contato, caso contrario, a trinca cresce até um local
onde as tensOes sd0 mais amenas e a energia se torna insuficiente para manter sua
propagacdo. Essa observagédo se justifica ao aplicar o conceito de parada de trincas
curtas. O primeiro trabalho sistematico introduzindo a abordagem de trincas curtas ao
problema de fretting foi realizado por Aradjo e Nowell (1999) e independentemente por
Chan (2001). O método se baseia tragcar uma curva de evolucdo da amplitude do fator
intensidade de tensdo em funcdo do tamanho da trinca e utilizar o diagrama de
Kitagawa-Takahashi (1976) para se estabelecer um limiar de propagacdo, no qual as

trincas curtas cessam seu crescimento.

Em trabalho semelhando posteriormente publicado, Dini et al. (2006) propuseram a

comparacdo do uso do diagramas Kitagawa-Takahashi e da curva de El-Haddad para




determinadas condi¢cfes experimentais, com objetivo de verificar qual modelo de limiar
de propagacdo para tricas curtas era mais indicado a situagbes de fretting. Como
concluséo, a curva de El Haddad forneceu melhor concordancia com os resultados
experimentais, se mostrando mais adequada ao caso estudado. Até entdo, em ambos 0s
estudos mencionados, foi considerado o calculo de AK apenas para o modo | de
abertura, com trincas assumidas como perpendiculares a superficie da regido de contato,
desprezando-se a contribuicdo de AKj,. Neste contexto, Fouvry et al. (2007)
desenvolveram trabalho experimental para avaliar o tamanho de parada de trincas sob
condigdes de fretting e comparacdo dos resultados com o tamanho previsto pelo
diagrama de K-T. Para tal, foi medido o angulo de crescimento das trincas e utilizado o

valor de AK.rr para comparagdo com o diagrama limiar, permitindo que as trincas

fossem analisadas em modo misto de propagacao.

1.3. Objetivo e Estrutura Do Trabalho

O presente trabalho tem por objetivo aplicar Métodos de Previsdo de Parada de Trincas
Curtas, utilizando comparativamente as curvas limiares de Kitagawa-Takahashi e de El
Haddad para estimar os tamanhos de trincas paradas em situacdes de contato cilindro e
plano sob condicdes de fretting. Para tanto, é necessario calcular o fator intensidade de
tensdo considerando trincas perpendiculares e obliquas a superficie de contato, o qual
sera obtido utilizado o método de distribuicdo de discordancias, bem como determinar
campo de tensBes induzido pela acdo das cargas de contato, calculado por meio de

solucdo analitica considerando os modelos de Mindlin e Deresciewicz (1953).

Essa dissertacdo esta organizada da seguinte forma: no capitulo "Introducédo” foi feita a
contextualizacdo do fendmeno de fadiga e, além disso, foi apresentada a evolugéo
historica do estudo de fadiga uniaxial e fadiga multiaxial. No capitulo 2, "Fadiga”, serdo
apresentados os conceitos fundamentais necessarios para o estudo do fendmeno de
fadiga uniaxial e multiaxial, e também serdo apresentadas algumas técnicas para o
calculo da amplitude da tenséo cisalhante no plano critico. No capitulo 3, "Mecanica do
contato”, serd abordado o assunto do contato de corpos necessario para o entendimento
do fendmeno de fretting. Nesse capitulo sera apresentada a teoria de contato hertziano e
a modelagem matematica para o contato entre cilindros sob regime de escorregamento
parcial, além da determinacdo da distribuicdo de tensbes superficiais e no interior do

material. No capitulo 4, sobre "Mecéanica da Fratura”, serdo apresentados os conceitos




basicos da mecénica da fratura linear elastica, a metodologia de propagacao de trincas,
além de caracterizar o Método de Distribuicdo de Discordancias para o célculo do Fator
Intensidade de Tensdo. Ainda neste capitulo é apresentada a analise do comportamento
de trincas curtas e as metodologias de parada de trincas curtas em condicgdes de fretting
existentes. No capitulo 5, “Resultados ¢ Discussdes” a descri¢do dos métodos e dos
resultados obtidos sdo apresentados, bem como as consideracdes sobre estes. No
capitulo 6, “Conclusdes”, serdo apresentadas as conclusdes do presente trabalho. Por
fim, No capitulo 7, "Propostas de trabalhos futuros”, serdo sugeridos algumas propostas
de prosseguimento desse trabalho capazes de trazer aperfeicoamentos as técnicas

propostas.




2. FADIGA

2.1. Mecanismos do Processo de Fadiga em Metais

Ao ser observado em escala macroscopica 0 mecanismo que leva a falhas por fadiga se

mostra relativamente simples, porém, ao se reduzir a escala de observacdo do

fendmeno, detalhes de carater metallrgicos tornam-se evidentes elucidando a

complexidade do tema.

O dano causado por fadiga caracteriza-se por possuir fases bem distintas: a nucleacéo,

coalescéncia, crescimento e fratura.

Nucleacdo: esta fase é geralmente consequéncia da plasticidade que ocorre no
contorno dos grdos da microestrutura do material, em uma escala de 1 mm. A
superficie dos grdos sdo regides mais fracas, que se deformam plasticamente a
baixas tensbes. Devido ao processo continuo de micro plastificagdo, a medida
que o carregamento evolui surgem bandas de escorregamento nos gréos

orientados em direcdes favoraveis, levando ao surgimento de micro trincas.

Sob a atuacdo de um carregamento ciclico de tragcdo uniaxial, a maxima tensao
cisalhante ocorre a 45° da superficie, provocando 0 escorregamento
favoravelmente a este angulo. Durante o carregamento degraus entre as bandas
sdo formados na superficie, a medida que o carregamento é revertido, intrusdes e
extrusdes ocorrem na superficie pelo escorregamento. Dessa maneira, pequenas

trincas superficiais sdo formadas gracas a estas pequenas deformacdes plasticas.

Superficie
do Metal

Carregamento

unideirecional Carregamento Ciclico

Figura 2.1- Bandas de escorregamento devido a acéo de carregamentos monotonico e ciclico.

Coalescéncia: as microtrincas oriundas da fase de nucleacdo continuam se
propagando a uma pequena taxa muito pequena no plano da maxima tensdo
cisalhante, até que estas se juntam a outras microtrincas. Esse processo se

desenrola ate 0 momento que a trinca atinge um tamanho critico, usualmente




menor que 0.25mm e tipicamente em torno de 0.02mm. A partir dai, a micro
trinca passa a ser vista como macro trinca e inicia-se 0 processo de crescimento
estavel. Esse tamanho critico pode ser estimado utilizando a abordagem da

mecanica da fratura linear elastica em espécimes sem entalhe.

. (AKth)z 2.1)
T Ao_4

Onde Ao_; € a faixa de tensdo do limite de resisténcia a fadiga do material, AK;,

é o limiar da faixa do fator intensidade de tensdo, ambos parar = —1.

iii.  Crescimento estavel: A partir do momento que a trinca atinge o comprimento
critico e se torna uma macrotrinca o processo de crescimento estavel toma
inicio. Uma das caracteristicas mais marcantes ao observar esse processo
microscopicamente é a presenca de marcas de praia na superficie onde ocorre a
falha, ver Figura 2.2. Cada estria corresponde ao crescimento &1 provocado por
um ciclo de carregamento (Pook & Smith, 1979). Apesar de ser muito comum, a
auséncia de marcas de praia ndo indica que o crescimento da trinca por fadiga

nao ocorreu.

Figura 2.2 Marcas de praia na superficie de fratura de uma Liga de Al-Cu , Adaptado de Pook (2007)

O mecanismo responsavel pela propagacdo da macrotrinca se baseia na
deformag&o ductil na pronta da trinca. A medida que a variacdo do carregamento
se eleva provoca a abertura da trinca e sua ponta se torna menos aguda, quando o
descarregamento acontece, a trinca se torna novamente aguda e, devido a
deformac6es locais plasticas irreversiveis, mais agudas que as iniciais, levando

ao incremento 61 em seu comprimento.

iv.  Fratura: Ocorre quando macrotrinca atinge o comprimento suficientemente
grande para provocar a fratura do material em apenas um ciclo de carregamento.

A reducdo de &rea devido a presenga da trinca se torna tdo severa o crescimento




catastrofico ocorre segundo a fratura fragil ou colapso ductil dependendo do

material.

2.2. Fadiga Uniaxial

O problema de fadiga geralmente se baseia em predizer quantos ciclos um componente
ou material ird4 durar até a falha, em outras palavras, predizer a qual é a sua vida em
servico para um dado nivel de carregamento. Trés abordagens distintas sdo utilizadas
para resolugdo do problema: o método de vida sob tensdo, o método de vida sob
deformacéo e a mecanica da fratura. O primeiro consiste em submeter corpos de prova a
esforcos repetidos pré-determinados e contar o nimero de ciclos até que ocorra sua
falha. O segundo determina que a vida em fadiga possa ser estimada examinando-se as
relacfes entre amplitude de deformacdes e nimero de reversdes de carga para iniciagdo
de uma trinca de fadiga. O ultimo supBe que a partir do surgimento de uma trinca
(defeito) a vida em fadiga remanescente do componente pode ser determinada segundo

a taxa de crescimento da trinca para um dado nivel de tens&o.

A vida em fadiga € geralmente classificada de duas maneiras: fadiga de baixo ciclo,
quando a vida do material N varia entre 1 < N < 103 ciclos, em geral a tensdo
ultrapassa o limite de escoamento do material, fadiga de alto ciclo, quando a vida
atinge valores superiores a N > 103, neste caso o nivel de tenséo ndo ultrapassa o limite

de escoamento do material.

2.2.1. Estado Uniaxial de Tensdes

Componentes mecanicos sdo, com frequéncia, submetidos a carregamentos variaveis no
tempo, os quais podem ser ciclicos ou aleatorios, também chamados de randémicos.
Carregamentos ciclicos sdo geralmente caracterizados por possuirem amplitude, um

valor médio de tensdo, frequéncia e nimero total de ciclos.

Quando apenas uma componente do tensor tensdo é ndo nula e todas as sdo iguais a zero
independentemente do tempo, o estado de tensdo é dito uniaxial. Matematicamente o

tensor para o caso uniaxial é representado por:

o) 0 0
a(t) = [ 0 0 0] (2.2)
0 0 0
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Muitas vezes carregamentos ciclicos seguem uma variacdo senoidal, caracterizados por
uma tenséo média o, uma amplitude de tenséo o, , uma frequéncia angular w como

verificado na equacao:
Oxx (t) = Oxx + Oyx q Sin(wt) (2.3)

A partir dessa definicdo, parametros importantes na anélise de fadiga podem ser

definidos. Os valores maximos e minimos que o, atinge s&o:

Omax = Oxx T Oxx,a 1 Omin = Oxx — Oxx,a (24)
A diferenca de tensGes é dada por:
Ao = Omax — Omin (2.5)

A razdo de tensdo R e a razdo de amplitude A definida como:

Omi g,
R=—"2 ; A=— (2.6)
Omax Om
COmo R = G,/ 0max & POSSivel mostrar que para carregamentos onde g,,5; = — Omin

a tensdo meédia é nula e a razdo de tensdo é R = —1, este é chamado de completamente

alternado. Nas situacdes onde a tensdo minima é nula, R = 0 e este é dito repetido.

2.2.2. Curva de Wohler

Desde meados de 1800, o método de vida sob tensdo tem sido o método padrdo para
analise e projeto de componentes submetidos a fadiga. Também conhecido como
método Stress-Life (S-N), baseia-se na construcdo de relacbes empiricas entre a tensao
aplicada no ponto critico de um corpo de prova padronizado e o tempo de vida
necessario para rompé-lo. Este método possui diferengas significativas em relagcdo a
outras abordagens, por ser mais simples de aplicar, possui inimeras fontes de
informacdo técnica disponivel, pressupde-se trabalhar sempre em regime linear elastico,

permitindo o uso do principio superposicao.

Os testes de fadiga s@o conduzidos aplicando-se cargas alternadas, com amplitude o,
constante e razdo de carregamento R também constate. De maneira simples, relacionam-
se a amplitude de tensdo o, e 0 valor médio de tensdo & com os valores maximos e

minimos de carga aplicados nos ensaios.
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1
Oq = E (Gméx - Gmin) = EAO—

2.7)

Os testes S-N mais comuns utilizam carregamentos completamente alternados, ou seja,
com tensdo media nula. Para levantar dados Uteis a respeito da vida de um material,
varios testes sdo realizados para diferentes niveis de amplitude de carregamento em
espécimes identicamente fabricados. Posteriormente, os dados obtidos séo tragadas em
coordenadas semilog ou log-log, e a curva resultante que melhor ajusta os pontos
experimentais é chamada de curva de Wohler ou curva S-N. A Figura 2.3 mostra uma

curva S-N tipica de um aco.

A

Amplitude de tensdes

Numero de ciclos até a fratura
Figura 2.3- Curva de S-N tipica.

A expressdo matematica empirica que descreve o comportamento da curva S-N

conhecida como equacéo de Basquin, equacédo (2.8)

g, = o} (2N)?’ (2.8)

Onde a7 € o coeficiente de resisténcia a fadiga; b’ € o expoente de resisténcia a fadiga e

N o numero de ciclos até a falha.

2.2.3. Efeito da Tensao Média

Além da amplitude de tensdo, a tensdo média tem forte influéncia sobre o dano em
fadiga. A tensdo normal o € responsavel por fechar ou abrir as microtrincas. Quando a

tensdo o atua em tragdo a microtrinca sofre abertura e provoca a aceleracdo do seu
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processo de crescimento. Caso a tensdo média atue comprimindo a regido da trinca, o
processo de crescimento serd retardado. TensGes cisalhantes médias ndo provocam

abertura ou fechamento de trincas, exercendo menor influéncia sobre sua propagacéo.

log (a,)

log (N)

Figura 2.4- Efeito da tensdo média na curva S-N

Um grafico muito esclarecedor pode ser obtido normalizar a amplitude de tensao
normalizada o, /0,, versus a tensdo média, &, onde ag,, é a amplitude de tensdo para
tensdo média nula. O diagrama de amplitude de tensdo normalizada vs. tensdo média,
ver Figura 2.5, tende a consolidar os dados em diferentes tensdes médias e vidas em
uma dnica curva. Assim, uma curva de ajuste aos dados pode ser tracada permitindo a
determinacdo de um critério que represente a falha. Quando a amplitude de tensdo é
nula, a tensdo média que representa a falha do material tende para o limite de resisténcia

a tracdo oyrs. Na auséncia de tensdo média o,/0,, = 1. Dessa forma, a linha que

representa os dados experimentais passa por dois pontos (5, %‘0) =(0,1) e (ayrs, 0).

Baseado na observacao acima, um linha reta pode ser tracada ligando esses dois pontos

resultando na equagéo:

%, 9 _4 (2.9)

Op Oyrs

A equacdo acima representa o critério de falha de Goodman, onde o,y = o_; que é 0

limite de fadiga para carregamento totalmente reverso, ou seja, @ = 0.

Na tentativa de promover um melhor ajuste as curvas, Gerber prop6s uma relacéo

parabdlica na forma:
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&Jr( a )2:1 (2.10)

Op oyrs

Entretanto, esta equacdo se adequa bem aos casos onde a tensdo média é positiva, pois
para & < 0, haveria um efeito deletério da tensdo média a vida do mateiral, 0 que esta

em desacordo ao que é observado experimentalmente.

1.4 T T T T T T T
+  Dados experimentais
----- Goodman
121 :‘\.‘ ———- Morrow I
- L9
r"h:}\ Gerber
Ly
al , |
e, >
e,
1\\\,\4
0.8 \':-1""\ ¢
- r \'\ 'hh“ .
“m M 'i_‘
- "\.‘ﬁ "‘u__ +
Dm "'I\ "‘1
|:| E L h"\‘ h._‘h .
\\\- ‘H.ﬁ‘#
'\_‘\\ ™ ‘h._“
04 "\.“ o . .
‘\‘\‘ L,
\'\.
02F “ 4
\"“\-M
-
U 1 1 1 1 1 1 1 h“
400 -200 0 200 400 600 800 1000 1200

g . Tensdo Media [MPa]
Figura 2.5 Diagrama de amplitude de tensdo normalizado vs tensdo média.

Para materiais ducteis o valor do limite de resisténcia a tracdo ultima, oyrs, €
significativamente menor que o valor real corrigido pela reducdo de se¢do na zona de
ruptura, ojrs Assim, com a finalidade de promover um melhor ajuste da curva de
Goodman para materiais ducteis, Morrow (1968) propds uma mudanca na equagao (2.8)

, logo:

%, 0 _4 (2.11)
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A equacdo (2.11) possui boa concordancia com o comportamento de a¢os. Um relacédo

a

adicional pode ser determinada ao substituir o termo o, = - %a__ na equacdo de
__7
oyTS

Basquim, resultando numa equagdo mais geral que permite computar o efeito exercido

pela tensdo média na vida em fadiga.

0, = (0f — ) (2N)Y (2.12)

2.3. Fadiga Multi Axial e Modelos de Plano Critico.

O objetivo dos modelos de falha para fadiga multiaxial é relacionar a descricdo do
fendmeno de vida infinita em fadiga uniaxial para casos de carregamentos multiaxiais.
No contexto uniaxial o limite de resisténcia € convencionado como a amplitude da

historia de tensdo abaixo do qual ndo h& o aparecimento de trincas macroscopicas apés

um grande namero de ciclos (tipicamente, acima de 10° ciclos). A generalizacdo deste
conceito para o caso multiaxial é feita assumindo-se a existéncia de um dominio de
resisténcia a fadiga envolvendo historias de tensdo multiaxiais. A formulagdo geral
destes modelos pode ser escrita na forma

F(ty,0,) <0 (2.13)

onde 7, ¢ uma medida associada a amplitude das tensdes cisalhantes, a,, € uma medida
associada as tensdes normais e a funcdo F( ) descreve a relagdo entre essas medidas.
Modelos descritos pela equacédo (2.13) serdo denominados locais, pois sdo aplicados em
pontos materiais do componente. A diferenca entre os varios modelos de fadiga

propostos na literatura € a maneira como séo definidas as medidas 7, € a,.

As abordagens baseadas no conceito de plano critico, Socie & Marquis (2000),
consideram que as trincas de fadiga tém origem em determinados planos materiais, onde
as combinagOes de tensGes ou deformacdes cisalhantes e normais sdo0 mais severas.
Neste contexto, as medidas 7, e o,, sdo calculadas considerando-se respectivamente as
tensdes cisalhantes e normais que atuam nos planos materiais. Cabe notar que modelos
deste tipo sdo capazes de prever ndo sO a resisténcia do material a fadiga e o local de
iniciacdo da trinca, como também o plano de iniciacdo da trinca, chamado plano critico.

Dentre os modelos de plano critico mais conhecidos, podem-se citar 0s propostos por
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Brown & Miller (1973), McDiarmid (1974 e 1991), Matake (1977), Socie (1987),
Fatemi & Socie (1988) e Susmel & Lazzarin (2002).

Outra abordagem para a formulacdo dos modelos de fadiga define a amplitude das
tensbes cisalhantes, t,, a partir de uma medida associada a amplitude da historia do
tensor das tensdes desviadoras, enquanto a medida g, definida como sendo o valor
maximo da tensdo hidrostatica ao longo da historia de carregamento. Crossland (1956)
define a amplitude das tensbes cisalhantes como sendo o raio da menor esfera que
envolve a historia das tensdes desviadoras. Uma forte critica a esse modelo é a sua
incapacidade de diferenciar o dano por fadiga produzido por histérias de tensGes
proporcionais e nao-proporcionais. Por este motivo, novas propostas para a amplitude

das tensdes desviadoras foram propostas: Bin Li et al. (2000) define z, a partir da

norma euclidiana associada aos semi-eixos da menor elipse que circunscreve as tensoes
desviadoras; Mamiya & Aradjo (2002), por sua vez, propuseram uma medida para a
amplitude das tensdes cisalhantes baseada no valor maximo da norma euclidiana
associada aos semi-eixos de todos os envelopes prismaticos que envolvem a histéria das

tensOes desviadoras.

2.3.1. Estado Multiaxial de Tensoes

Elementos mecanicos estdo comumente sujeitos a esfor¢os variaveis em atuando em
diversas direcOes. A atuacdo desses esforgos provoca um estado de tensdo complexo,
onde a identificagdo das componentes que atuam com mais severidade se mostra uma

dificil e torna o projeto seguro de tal elemento uma tarefa nao trivial.

Esforcos multiaxiais podem variar de diversas maneiras com o tempo, sendo mais
comumente aplicados de forma ciclica. Matematicamente, estes estados multiaxiais de
tensdo sdo representados pelo tensor ¢ como na equacéo (2.14)a e cada componente é

descrita como na equagéo (2.14)b

0;j(t) = 0;; + 0ij49(wt)
Oxx(t)  Oxy(t) 0y ()
a(t) = Oyy(t)  0y2(t) ; O-’ij(t) = Elij + O-’ij,ag(/lijwt (2.14)
042 (t)
—Bij)
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Onde o;; e 7 ; representam os valores médios das tensoes, o;;, € 0';j, S30 amplitudes
das tensdes, g € uma fungdo periddica qualquer, w € a frequéncia angular,4;; é a razdo entre

as frequéncias angulares de g;; € ¢';; € f;; € 0 angulo de fase entre as tensdes o, € o'

0 O' O' .. 1 1
A forma como as tensdes ij € 'u se relacionam ao variar no tempo pode ser

classificadas de trés maneiras distintas:

i.  Proporcional: quando as componentes de uma historia de carregamento mantém

uma relacéo fixa ou de proporcionalidade durante toda sua evolugéo, ou seja:

O'ij = KO',ij (215)

Onde x € R representa o coeficiente de proporcionalidade

ii.  Sincrona: se as componentes do tensor estdo na mesma frequéncia a medida que

a historia de carregamento progride, isto €, possuem o0 mesmo periodo (4;; = 1),

esta é dita sincrona.

iii.  Assincrona: Nas situagBes onde A;; # 1 as frequéncias angulares entre as
componentes do tensor sdo diferentes, assim, a historia de carregamento é

chamada de assincrona.

Considere o corpo da Figura 8.1 submetido a um carregamento ciclico e o plano
material 8 passando pelo ponto P. Para caracterizar o plano 8 que passa pelo ponto em
consideracdo basta determinar o vetor unitario n(n,,n,,n,) normal a esse plano,

referenciado por suas coordenadas esféricas (Figura 2.6).

ve

Figura 2.6- Vetor unitério n referenciado em um sistema de coordenadas Oxyz pelas suas coordenadas
esfeéricas 6 e ¢.
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Dessa forma o vetor unitario n pode ser escrito da seguinte forma:
n, cos 0 sin(¢)
n= (n_'y) =| sinf cos¢ (2.16)
n, cos ¢

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

podem ser investigados em um intervalode 8 e ¢ € [0 e 7].

(@ (b)
Figura 2.7- (&) Vetor tensdo normal o € a tenséo cisalhante 7 atuando em um plano material g ; (b)
Evolucéo dessas quantidades de tenséo atuando ao longo de pdurante um carregamento complexo

Ao considerar um ponto material P de um corpo submetido a um carregamento ciclico
induzindo um tensor de tensdes a(P,t). O vetor tensdo t,,(t) atuando sobre o plano 8 é

a projecao do tensor o na direcéo n.

t,(t) =0-n (2.28)

O vetor tensdo t pode ser decomposto em dois vetores, um perpendicular ao plano S,
que é o vetor tensdo normal, a,,, € um vetor tangencial ao plano, que € o vetor tensédo

cisalhante, z. O vetor tensdo normal, a,,, € a projecéo de t,, sobre n, Figura 2.7:
o,=(t-n)n (2.17)

Apesar de a,, ser um vetor, mantendo-se o plano g fixo, a variacdo a,, com 0 tempo
ocorre apenas em modulo, ou seja, a variagdo de o,(t) = a(t), sendo uma grandeza
escalar. Dessa maneira, a amplitude e o valor médio de o(t) sdo facilmente

determinados:
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O, = %(maxtep (t(t).n) — mingp(E(t). 1)) (2.18)

O = %(maxtep (t(t).-n) + mingp(E(t).n)) (2.19)

A definicdo acima nos fornece que o vetor tensdo cisalhante T é a projecdo ortogonal do
vetor tensdo t sobre o plano S, que é a o vetor tensao t subtraido de sua componente

normal, logo:
T(t) = t(t) — (t(t) ‘m)n (2.20)

Durante carregamentos ciclicos complexos, a ponta do vetor tensdo t descreve uma
curva fechada ¢ Figura 2.7 (b). Claramente, o vetor normal o,conserva a sua direcao
variando somente em magnitude. A ponta do vetor o, varia entre de uma linha cujos
extremos sdo 0s mesmos da projecdo da curva ¢ sobre n. Dessa forma, durante um
carregamento ciclico, o vetor o, atuando em S varia em magnitude, mas ndo em

direcdo (Papadopoulos, 1998).

2.3.2. 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 da tensdo
cisalhante mudar tanto em magnitude quanto em direcdo a cada ciclo em uma histéria
de carregamento. Portanto, durante um ciclo de carregamento, a ponta do vetor tensdo
cisalhante descreve uma curva fechada ¥ sobre o plano £, a qual é uma projecdo da
curva ¢ descrita pela ponta do vetor ¢, Figura 2.7. Dessa forma, o vetor tenséo

cisalhante T € uma funcéo periddica do tempo.

A curva fechada ¥, formada pela projecao do vetor tensdo t sobre o plano § passando
pelo ponto P, € diferente em cada plano de corte passando pelo ponto P considerado.
Assim pode-se concluir que a amplitude do vetor tensdo cisalhante depende da
orientacdo do plano em que atua, ou seja, depende do vetor unitario n definido por suas

coordenadas esféricas t, = 7(6, ¢).
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Para encontrar a maxima amplitude de tensdo cisalhante, max t, , € necessario avaliar
todos os planos que passam pelo ponto em consideracdo. 1sso pode ser feito executando

a procura do maximo valor de 7,(6, ¢), em fungdo dos angulos © e ¢:
max g = Maxe4{7,(0,$)} (2.21)

Os angulos denotados por (6%, ¢*) correspondem aos pares de angulos que fornecem a

solugcdo maximizacdo da equacéo (2.21) . O par (6%, ¢™) define o plano critico.

As primeiras tentativas para calcular a méaxima amplitude da tensdo cisalhante sob
estado de tensdo biaxial ndo-proporcional foram conduzidas por Little (1965,1966), e
Little e Little (1965). Esse autores avaliaram a maxima amplitude da tenséo cisalhante
para carregamentos de flex&o e tor¢do totalmente alternados, sincronos e fora de fase
usando uma combinacdo de procedimentos graficos e analiticos, mas restritos a essas

condicdes de carregamento.

Outras duas propostas foram formuladas no passado para calcular os valores da
amplitude da tensdo cisalhante e a tensdo cisalhante média, t, e 1,,, respectivamente. A
primeira delas foi proposta por Grubisic e Simbrger (1976), conhecida como o Método
da Maior Projecdo. Porém, h& situagBes nas quais esse método conduz a resultados
ambiguos (Papadopoulos, 1998).

A segunda proposta para resolver o problema € baseada no conceito da Maior Corda da
curva ¢, o qual constituiu um progresso em relacdo ao Método da Maior Projecéo,
Lamaitre e Chaboche (1990). No entanto, ha situacbes em que o Método da Maior
Corda é inconsistente, e novamente o problema surge no calculo da tenséo cisalhante

média, onde hé situacdes em que a Maior Corda nao € Unica.

Na tentativa de resolver as inconsisténcias das duas propostas anteriores, Papadopolous
(1988) propds 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 tensdo cisalhante sobre o plano £ é igual ao raio do circulo.

O método do minimo elipsdide circunscrito foi inicialmente proposto por Bin Li et al.
(2000) como alternativa ao método da minima hiperesfera. Para Bin Li et. al, o raio da
menor hiperesfera que contém o tensor desviador como medida equivalente para a

amplitude da tensdo cisalhante, ndo é suficiente para diferenciar histérias de tensdes
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proporcionais e ndo proporcionais, fato esse que explicaria os elevados indices de erro

da hiperesfera para os casos ndo proporcionais

Um meétodo desenvolvido mais recentemente por Aradjo et al. (2010), do Grupo de
Mecanica dos Materiais da Universidade de Brasilia, que possui uma implementacéao
numérica simplificada é chamado de Método do Maior Retangulo Circunscrito (MRC) e
sera utilizado 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 tenséo cisalhante
para diferentes tipos de carregamentos ja que, conforme observado por Bin Li et al
(2000) e Gongalves et al. (2005), ha 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 t,.

Um Envelope Convexo € 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 8, conforme mostrado na Figura 2.8. O embasamento mecanico para essa
consideragdo é que n&o todos estados de t(t), pertencentes a ¢ contribuem para o dano
por fadiga. Dessa forma, € razoavel considerar que somente as tensdes cisalhantes 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. No

entanto, os Envelopes Convexos sdo dificeis de serem determinados.

Figura 2.8- Envelope convexo da historia do vetor tensio cisalhante ¢ no plano g e o0 Maior Retangulo
Circunscrito (MRC) como uma alternativa do Envelope convexo.
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Considere o retangulo ilustrado na Figura 2.9 com orientacdo arbitraria que circunscreve
a historia de tensdes ¢. O retangulo ¢é tangente a historia de tensdes nos pontos, p; € q;,

tais que:
pi(¢) = p(¢") e ;arg(max, T; (¢, 1)),i = 1,2 (2.22)
qi(¢) = q(t") e yarg(min, 7; (@, 1)),i = 1,2 (2.23)

sdo pertencentes ao contorno dt, onde t;(¢,t),i = 1,2 representam a i-ésima
componente do vetor cisalhante T projetada no plano de corte no instante t, descrita em

termos de uma base com orientagdo B (Fig. Figura 2.9).

Figura 2.9 - Retangulo de lados a;, i=1,2, circunscrevendo a proje¢do da histdria de tensdes ¢
no plano 8 com as faces tangentes em p;e q;, i=1,2.

Considerando todas as possiveis orientacfes w do retangulo, recupera-se por meio da
identificacdo de todos os pontos p;(w) e q;(w) correspondentes, o contorno dt da
curva poligonal de m vértices. Dessa forma, se estabelece uma relagéo direta entre a

curva poligonal e os retdngulos que a circunscrevem.

As metades dos lados de um retangulo com orientagdio B (com relacdo a T;)

circunscrevendo a historia da tensdo cisalhante ¢, pode ser definida como (Figura 2.10):

a;(w) = %[maxtri(w, t) — min,t;(w,t)], i=1,2 (2.24)
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Para cada orientagdo w do retangulo pode-se definir a amplitude da tensdo cisalhante

como:

To(w) = \/ a?(w) + a?(w) (2.25)

Entdo, a amplitude da tensdo cisalhante equivalente é aquela na qual a equagdo (2.25)

atinge o seu valor maximo, conforme ilustrado na Figura 2.10:

To(w) = maxﬁ\/af () + a2 (w) (2.26)

----- Envelope retangular
— Maior retangulo circunscrito

Figura 2.10-Maior Retangulo Circunscrito (MRC) para ¢ no plano .

O algoritmo a seguir sintetiza o calculo da amplitude da tensdo cisalhante para um
periodo de historia de tensGes, considerando os planos fornecidos por 6; e ¢; e as
orientacOes dos retangulos w; que circunscrevem a historia de tensdes projetadas nos

planos de corte.
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InicioAlgoritmo
T, < 0 % Inicializagdo da amplitude da tensdo cisalhante %
Paracada 6;, ¢;,i=1,..,m,j=1,.., nfaca
T, «— T(tx, 0, ¢;), k = 1,...,n% Discrtizagio da histéria de tensdes
cisalhantes em um numero finito de instantes do carregamento periodico %
T < 0 % Inicializacdo da amplitude da tenséo cisalhante em cada plano de
corte %
Para cada w;, i =1, ..., n,.,; faca
T, < Tx (w;) % Descreve a historia de tensao cisalhante na base de rotacdo %
Paral =1, 2 faca
PI < max) Tomega %0 Valor maximo de 7 %
Q) < min| tomega % Valor minimo de 7 %
a; < % [p; — q;] % Calcula a amplitude de cada componente %
Atél=2
T, « /X2, a? % Calcula a amplitude da tenséo cisalhante para as
orientacdes \omega; %
Se T, > Tar
Tar < T, % Calcula a amplitude da tensdo cisalhante no
plano de corte %
Fim Se
Até avaliar todos os angulos de rotacdo w;
Se 13> tar
Ta < Tar Y0 Armazena o maior valor da amplitude de tens&o cisalhante %
Fim Se
Até a avaliagdo de todos os planos de corte 6;, ¢;

FimAlgoritmo
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2.4. Teoria das Distancias Criticas

A Teoria das Disténcias 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 formalizacbes da TDC € importante
salientar que essa teoria estima o dano por fadiga diretamente pelo pos-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-plasticas.

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 tensdo

efetiva, 4o, e iguala ao limite de fadiga, Ao_,, que é:

Aoyr = Ao_q (2.27)
A tensdo efetiva acima pode ser calculada simplesmente definindo uma distancia critica
conveniente e um dominio de integracdo. Particularmente, independentemente da
definicdo adotada para Aoe, todas as modernas formalizagbes 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
Lzl@mg (2.28)
T \Ao_;

onde 4Ky, € a faixa do fator de intensidade de tensdo threshold e Ao_,é a faixa do limite
de fadiga pleno, sendo ambas as propriedades determinadas para uma mesma razédo de
carregamento R.

De acordo com a equacéo (2.28), L depende de duas propriedades materiais, que variam
de acordo com o material e com a razéo de carregamento R.

A TDC pode ser formalizada de varias formas variando o dominio de integracao
utilizado para calcular a faixa da tensdo efetiva. Em particular, se 4ot € calculada a uma

determinada distancia do apice do concentrador de tensdo, de acordo com o chamado
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Método do Ponto (MP) um componente entalhado (ver Figura 2.11) estd no seu limite

de fadiga quando a seguinte condicdao € assegurada (Tanaka, 1983; Taylor, 1999):

(2.29)

Figura 2.11- Corpo de prova entalhado submetido a carregamento uniaxial.

A Figura 2.12 (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 4o¢¢ @ uma distancia fixa da ponta do entalhe faz-se o calculo
da média da maxima tensdo principal ao longo do entalhe bissector sobre uma distancia
de 2L (Tanaka, 1983; Lazzarin et al., 1997; Taylor, 1999). Em outras palavras, o
Método da Linha (ML) postula que a condicdo limite de fadiga para um componente
entalhado sob comportamento ciclico pode ser expresso como [Figura 2.12(b)]:
2L
Aogs = ﬁfo Ao, (6 = 0,r)dr (2.30)
=Ao_;

Além disso, Taylor (1999) explicou que a faixa da tensdo efetiva também pode ser
calculada pela média de 4. Sobre uma area semicircular centrada na ponta do entalhe e
tendo raio igual a L. Este método é conhecido como Método da Area (MA) [Figura
2.12(c)], e 0 mesmo postula que um componente entalhado esta no seu limite de fadiga

quando:
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v
4 (z (*
Adogp = Efo fo Aoy (6,71).1.dr.d6 = Ao_, (2.31)

Método do Ponto Método da Linha Método da Area

(a) (b) (c)

Figura 2.12 - Diferentes formalizacGes 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% sdo, em geral, considerados
aceitaveis, devido a magnitude dos erros advindos do trabalho experimental e das

analises de tensdo numeérica (Taylor e Wang, 2000).
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3.MECANICA DO CONTATO ELASTICO

3.1. Aspectos gerais

Os estudos da mecanica do contato se iniciaram por volta de 1882 quando Heinrich
Hertz publicou seu trabalho intitulado On the contact of elastic solid, Hertz (1882). Em
seu trabalho Hertz prop6s um modelo no qual a distribuicdo de pressdao na zona de
contato entre solidos elasticos produzem deformagdes nos dois corpos onde a area de
contato € aproximada por uma elipse. Porém, essa teoria é valida apenas para corpos
perfeitamente elasticos e que ndo possuam atrito superficial.

Livros publicados por Galing (1953) e por Gladwell (1980) trouxeram novos avangos
para a area de estudo, entretanto restritos a contato entre corpos perfeitamente elasticos
e ndo tratam do problema de contato de rolamento. Johnson (1985) sintetizou varios
trabalhos em Contact Mechanics, que fornece uma abordagem matematicamente menos

sofisticada e voltada para o profissional de engenharia.

3.2. Conceitos fundamentais

3.2.1. Classificacéo dos tipos de contato

S&o duas as classificacbes dos tipos de contato e servem para dar uma ideia de como o
problema de contato se comporta. A primeira trata da relacdo entre a carga aplicada e a

extensdo da zona de contato.

O contato incompleto se da quando dois corpos sdo postos em contato ao longo de uma
linha e ao serem submetidos a um carregamento se deformam e a linha de contato é
ampliada para uma faixa de contato, assim a extensdo da zona de contato varia de

acordo com a carga aplicada (Figura 3.1a).

No contato completo a zona de contato € sempre a mesma ndo se alterando com as
variacOes de carregamento. Por exemplo, quando um cubo € pressionado contra um
plano, as duas superficies em contato se tocam em toda a face inferior do cubo,

portanto, a extensdo do contato ndo depende da pressao aplicada (Figura 3.1Db).

Existe ainda um tipo de contato misto, onde a pressdo de contato possuird um ponto de
singularidade em um canto vivo, e decaira continuamente até zero na outra borda suave.

Neste caso, a extensdo do contato dependera do carregamento imposto (Figura 3.1c).
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Outro tipo de classificacdo que se baseia na conformidade do contato (Figura 3.1d).
Quando a extensdo do contato, para uma pequena carga aplicada, possuir uma dimensao
muito menor do que uma extensdo caracteristica do corpo o contato é dito nédo
conforme. Se a extensdo do contato para pequena carga aplicada e da ordem da

dimensao caracteristica do corpo o contato é dito conforme.

I V p

-b b _b b _p b —b

(@) (b) (©) ()

)

Figura 3.1- Modos de Contato.

3.2.2. Contato Hertziano Em Corpos Cilindricos 2-D

Quando solidos ndo conformes sdo postos em contato, eles inicialmente se tocam
apenas em um ponto ou em uma linha. A medida que um carregamento é aplicado, a
vizinhanca do ponto inicial se deforma, e consequentemente o contato passa a ocorrer
em uma area. A teoria da mecanica do contato tem por objetivo predizer: i) a forma
dessa area e como sua extensdo varia com o incremento de carga; ii)a intensidade e a
forma da distribuicdo de forgas na superficie, bem como, iii) 0 campo de tensGes gerado

por essas forcas.

Para solucionar o problema de contato entre superficies Hertz utilizou algumas

hipoteses simplificadoras, séo elas:

As superficies sdo continuas e ndo conformes, ou seja, a < Rg;

As deformacdes sdo pequenas: d < Rg;

Cada sélido pode ser considerado um semi-plano elastico: a < R, a < [;
Os corpos sao elasticamente similares: E; = E, e vy = v,

A solucdo geométrica encontrada por Hertz, representada na Figura 3.2, que descreve as
interacdes na zona de contato, é dada por:

Eyl + Eyz = 6 - sz - I_IZ2 (31)
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Onde:

hy, eﬁyz correspondem aos deslocamentos verticais (interpenetracdo) das superficies

em relacdo ao eixo dos cilindros 1 e 2 respectivamente;

& é a soma dos deslocamentos de pontos pertencentes eixo z que estéo distantes da zona de

contato.

Z e H sdo constantes reais que denotam o perfil eliptico da zona de contato que devem

satisfazer o sistema:

Z+H 1(1+—1 +1+—1) (3.2a)
=5\57 Mt ST " .ca
=R R TR, TR,

1
2 2 =
=)+ 2oz 62

Em que R; e R;" s&o os raios de curvatura da superficie do corpo i com relacdo ao eixo x e

ao z respectivamente, e a angulo de inclinacédo relativo aos eixos principais entre os dois

sélidos.

d é

L

-______— I, ‘-\\\\\
2, a a
=
X [
M \RL

y

Figura 3.2- Contato entre cilindro com eixos paralelos.

Para o caso de dois cilindros de raios iguais com eixos paralelos ao eixo x (Figura 3.2),
tem-se: R = R, = R, e R{ = R, = oo. Assim, simplificando os termos é observado
queZ = 1/R e H = 0. A hipdtese de raio de curvatura infinito na diregdo z faz com que a
elipse se alongue nessa diregdo alcancado o caso limite onde a &rea de contato se torna

uma faixa estreita de largura 2a. Substituidos resultados de A e B na Equag&o 3.1, tem-se:
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hyl + hyz =75 (3.3)

2h,, = — (3.4)

Se x =aé o ultimo ponto no eixo x onde o contato corre, € possivel definir a

deformacdo de contato d como: d = ﬁyl(O) — Eyl(a). Logo, escrevendo a Equacao

3.4 de forma adimensional segue:
d
2—=— (3.5)

E interessante observar que ao assumir-se que a/Rs <« 1, implica que d/a também o
seja. Essa condicdo deve ser satisfeita a hipdtese do regime de pequenas deformacdes

seja satisfeita.

Dada a descricdo geométrica do problema agora € necessario relacionar as deformacgoes

experimentadas pelo sistema com uma carga P aplicada. A utilizacdo da aproximagéo
de Hertz parte da premissa que os deslocamentos Eyl =Ey2 podem ser obtidos

assumindo cada corpo como um semi-plano elastico. Diferenciando a Equacdo 3.4

obtém-se a relagdo para os gradientes na superficie.

aﬁyl _ X

- 3.6
0x Rs (3.6)

. . . Oh . A
Tendo em vista que o gradiente de deformacéo a—xy para um semi-plano elastico

submetido a uma distribuicdo de pressdo normal p(x) em uma faixa estreita (—a < x <

a) € dado por:

ohy _ 201-v) [(p&) _ x
ox  1nE _fx—f__R_s 3.7)

3.3. Formulacgdo Para Contato Sob Condig6es De Fretting

31



Partindo-se da hipétese de contato ndo conforme entre corpos elasticamente similares:

A extensao a da zona de contato é muito menor que a dimensdo principal dos corpos em

contato (R, no caso do cilindro), assim R¢ > a;
As propriedades elasticas dos corpos em contato sao as mesmas, E; = E, e v; = v,.

Baseado na teoria de contato Hertziano, apresentada na sec¢do anterior, o deslocamento
normal entre pontos correspondentes dos copos em contato, h(x), chamado de
interpenetracéo, esta relacionado com o carregamento normal distribuido P (x) ao longo

da extensdo da zona de contato a pela equacéo 3.8:

10h _ lfa PE) dé (3.8)

Adx m)_x—¢&

Onde:

A é a constante material de flexibilidade composta, para o caso de contato plano entre
cilindros dada por: A = 4(1 —v?)/E ;

& é a variavel de integracdo do carregamento P(¢) ao longo da zona de contato.
Analogamente € possivel mostra que o deslocamento tangencial relativo entre dois

pontos correspondentes em contato, g(x), se relaciona com a carga tangencial

distribuida, Q(x), por meio da equacao 3.9:

19g 1% QE

Adx m _aX—¢

dé (3.9)

3.3.1. Particularizagdo Para O Contato De Corpos Cilindricos

As equacgOes 3.8 e 3.9 sdo chamadas de Equagdes Integrais com Termo Singular de
Cauchy de Primeira Ordem. A solugdo dessas equacgdes pode ser obtida por meio da
inversdo da integral com o objetivo de isolar P(x) ou Q(x). A com inversdo dessas

equacOes obtem:

w) (¢ R

PO =~ | v -n

d¢ + cw(x) (3.10)
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w) (* g'@)
A J_w(§) (& —x)

Q(x) =— dé + cw(x) (3.11)
A funcdo w(x) é chamada de funcdo de forma e depende do comportamento de
carregamento nas extremidades dos pontos de contato. Para o problema de contato entre
corpos cilindricos o carregamento tende a zero nas extremidades do contato, sendo,
portanto, ndo singular nos dois pontos. Dessa maneira, w(x) = va? — x? ¢é a fungéo

que se adéqua ao problema.

A interpenetracdo h(x) pode ser obtida aproximando perfil do cilindro na regido do

contato por uma parabola. Assim:

h(x) = A A h'(x) K K ! ! (3.12)
X)=A—=ox%; x)=-Kx ; K=o—4-— .
2 RSl RSZ
3.3.2. Distribuicéo De Pressdo Normal Para Cilindro
Conhecidos h(x) e w(x) torna-se possivel solucionar a equagéo 3.1:
PGx) = - Y& _xzja X (3.13)
X) =— .
Ar ) \Ja? = E2(x - §)
Para normalizar a equagdo acima se substitui: (=§ e dé =ad
(3.14)

P(x) =_—“a2_szjl —¢ dq
Ar I 1-2G -0

Utilizando as solucgdes da Integral Singulares de Cauchy de Primeira Ordem tém-se:

— (3.15)

1 —u
f_ﬂ/l —u?(s —u) du

P() =@ —xPn=—a /1 e (3.16)

Como o carregamento P(x) deve equilibrar a forca P que causa o contato entre os

Logo:

corpos, nota-se que:
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a @K K
P= f P(x)dx = f Z\/az — x2dx = a? (3.17)
—-a —-a

24
Pelo resultado obtido pode-se inferir que o tamanho do contato é:

24
2 _p=_ (3.18)
a PnK

E também possivel reescrever P(x) em funcio da pressdo de pico P, atuando sobre o

_— X 2
cilindro: P(x) = Py [1 — (Z) ,onde Py = 2P/ma

3.3.3. Distribuicdo De Forga Tangencial Para Contato Entre Cilindros
Em Escorregamento Parcial

Para cilindros em contato sob acdo de carga tangencial com variacdo monotonica 0
contato pode ser separado em duas regides bem definidas: a zona de escorregamento total,
e a zona de adesdo. A zona de adesdo se situa entre |x| < c, sendo o referencial de origem

0 ponto de simetria do contato. O escorregamento total ocorre entre ¢ < |x| < a.

Assumindo a lei de atrito de Coulomb, ou seja, |Q(x)| < —f|P(x)|, onde f é o
coeficiente de atrito entre os corpos. Para o caso de escorregamento total entre dois

corpos, observa-se que |Q(x)| atinge seu maximo e se iguala a f|P(X)|, portanto, em

K 2
0 =Ko f1-2 (3:19)

Para calcular a solucéo de Q,(x) na zona de adesdo, |x| < c, é assumido como Q(x) da

escorregamento total:

zona de escorregamento total somado a uma perturbacdo Q'(x):

Qa(x) = Q) + Q'(x) (3.21)

Como condigéo de contorno

]
5 9a() =0 (3.22)

Substituindo 3.20 e 3.21 em 3.9 tém-se:
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10g 10O+ Q© , _
Aox ), x—g %70 &2

Entao:

f Q(€)+ Q(E) ds = f“ —fPoy1—(§/a)
-a TJ_q

1,4Q'(%)
Yt df+;]_a;d§=0 (3.24)

Resolvendo o primeiro integrando invertendo a integral Singular de Cauchy de primeira

ordem:

fpof J1-1¢2 fPy x

X
x/a—1{ d(= 4 ”E:fPOE (3.25)

Para o segundo integrando Como Q'(¢) vale zeroentre ~a <x < —ceentre c < x <

a, entdo:

10
_ex—¢

cx
dé = fPo—~ (3.26)

Invertendo a equacdo integral, fazendo % =t e realizando substituicdes analogas a 3.5,

segue:
\/1 - (X/C)2 J
t
Q'(t) = m(x — t) (3.27)
Portanto:
C
Q' () =—fPy_J1—(x/c)* paralx|<c (3.28)
Como o carregamento Q,(x) deve equilibrar a forca Q@ que atua sobre o corpo, nota-se
que:
a
P
Q= f Qu(x)dx = uz(az —c?) (3:39)
—a a 2
Logo:

c=a ’1 - |f£p| (3.30)
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Como ja mencionado, as expressdes apresentadas até aqui sao validas para uma historia
da forga tangencial monotonica e crescente. Porém, as aplicagdes praticas em fadiga sob
condicGes de fretting exigem a variagdo da carga tangencial de forma oscilatoria, ver

Figura 3.3 .

Qumax B

L I

Figura 3.3- Variacdo da carga tangencial no tempo.

Quando o carregamento parte do zero até seu valor maximo, o ponto A da Figura 3.3, a
equacdo 3.21 descreve bem a variacdo de Q(t). Durante o descarregamento do ponto A
para o ponto B, o deslocamento relativo muda de sinal provocando a adesédo em toda
regido de contato. A medida que o descarregamento progride até o ponto C, verifica-se
escorregamento reverso nas extremidades do contato. Dessa maneira, ocorre 0
surgimento de uma nova zona de escorregamento, ¢’ < x < a, na qual as tracfes
superficiais mudam de direcdo. Esse efeito pode ser traduzido por nova perturbacédo

Q"(x) a ser somada na equagéo 3.21:
CI
Q"(x) = _2fPOz\/1 —(x/cN)? para:c' < |x|<a (3.31)

O fator de dois é necessario para cancelar o deslocamento relativo quando as tragdes
tangenciais superficiais na zona de escorregamento mudam de sinal. Novamente, a
partir da condicdo de equilibrio das forcas a extensdo dessa nova zona de adesdo pode

ser obtida:

_ Qméx - Q(t)

c(t) =a |1 2P

(3.32)
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A validade dos intervalos de aplicacdo de cada termo componente de Q,(x) é descrita

na tabela 3.1, e a forma geral da distribuicdo de Q,(x) para os valores da carga Q(t) em

diversos instantes e pode ser visualizado na figura 3.4.

Tabela 3.1- Componentes de distribuicdo da carga tangencial de contato para entre cilindros sob

regime de escorregamento parcial.

Componente da distribuicdo de carga tangencial Q,(x)

Intervalo de Validade

xZ
—fPy [1—-= c<Ix|<a
a
x2 c’ x2 < ||
—fPy |[1—= +2fPy— [1—= ¢S x| <c
f 0 a f 0 a CI
x2 c’ x2 ¢ x 2
Pyl—|1-—= 42— [1—-= +— [1—= x| < c
f 0 a a C’ a C’
08 T T
—06
- 03
- —0
03
04} — 06 H
03
—0
02¢ -03 ]
) ——06
o
= 0
=
= |
024 fl ] 7
W i l“
0.4 \J S & V‘ g
06} 7
II | /
I"... } |“"/
08 ' ' ' : ' ' '
%) 15 -1 05 0 0.5 1 15 2

wia

Figura 3.4 - Distribuicéo da carga Q,, (x) sobre a superficie devido a @ em varios instantes de tempo.
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Frequentemente, componentes mecanicos submetidos as condicdes de fretting sofrem
também acdo de carga de longitudinal variavel, chamada de carga remota de fadiga ou

“bulk stress”, ver figura Figura 3.5

l 0
L
og(t)
—
—
I
N
L
i

|+

Figura 3.5- Configuracao tipica de aplicacdes de carga em fadiga por fretting

A aplicacdo da tensdo remota fadiga oy, € se da, geralmente, em fase com a carga
tangencial. Verifica-se como efeito desta aplicacdo um deslocamento da zona de adesao,
e, Nos pontos de pico e vale do carregamento, ou ¢’, durante o descarregamento ou

recarregamento. As expressdes para esses deslocamentos sdo mostradas a seguir

E _ Ob max
= 2fp, (3.33)

e'(t)  Opps —0(t)
a 8fP,

(3.34)

O deslocamento na zona de adeséo resultante da aplicacdo da carga remota de fadiga
pode ser visualizado na Figura 3.6. Nota-se que o deslocamento ocorre também nos
intervalos de validade das expressdes de Q,(x), onde a zona de adesdo, para Q = Qnsx »
passa ser |[x — e| < ¢, na condicdo de carregamento ou descarregamento |x —e'| < c.
Vale lembrar que esta solucdo ¢ valida apenas para valores de oy, limitados, pois deve
ser garantido que nao haja escorregamento reverso na zona de contato, ou seja, e + ¢’ <

a. Logo:
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o<4fp|1- [1- f% (3.35)

Distribugdo de Carregamento para Diferentes Cargas Tangenciais
1 T T T T T T T

—08
08} 03 H
—0
06} 03 H
—— 06
0.4+¢ 03 R
—0
02} 0.3 H
@ ——06
= 0
=
=
N2F -
04} -
06} -
08t '«\J" -
1 1 1 1 1 1 1 1
2 15 4 0.5 0 0.5 1 15 2

Figura 3.6 — Distribuicdo de carregamento para diferentes cargas tangenciais com

atuacdo da carga remota de fadiga.

3.3.4. DISTRIBUICAO TENSOES NA REGIAO DE CONTATO

A partir da hipotese de pequenas deformacdes, a distribuicdo de tensdes deve garantir
que ndo ha escoamento no material. Assim, é garantido o contato em regime elastico e o
campo de tensdes pode ser obtido pela superposi¢do dos campos de tensbes provocados
por P(x) e Q,(x). Devem ser levados em consideracdo todas as tensdes geradas pelos
termos de Q,(x), ou seja, Q(x) e as perturbagdes Q’(x) e Q”(x), separadamente. E
necessario realizar as superposi¢cdes de acordo com a distribuicdo de cargas superficiais
nos diversos instantes de tempo. Dessa forma, o campos de tensGes assumem
caracteristicas distintas em funcdo da carga Q em quatro condigdes do carregamento:
maximo, minimo, descarregamento e recarregamento. Em resumo, as superposi¢des

devem feitas conforme a tabela 3.2
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Tabela 3.2-Soma das componentes de tensdo superpostas.

Condigdo de Q Superposicio

Mésima oL ) =on () kst (52) - St (52) 4

ecamemens | )= G ot G+ 2 ot () e ()
+on

Miima o (E L) =0n (52 - pot (52 4 7ot (52) 4

e | 0G0 =o Gl o G -2 G B e ()
+ g

Os sobrescritos n e t referem-se aos tensores de tenséo produzidos pelos carregamentos

normal e tangencial, respectivamente.
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4.MECANICA DA FRATURA

4.1. Aspectos Gerais

A presenca de trincas ou defeitos internos em uma estrutura pode enfraquecé-la ao
ponto de provocar uma falha catastrofica, mesmo que a tensdo atuante esteja abaixo do
limite de escoamento do material. O estudo da mecénica da fratura tem um papel
importante em diversas areas da engenharia, dado que trincas ou defeitos internos sao

frequentes devidos a técnicas de fabricacdo ou evolucdo do processo de fadiga.

Ao imaginar que componentes estruturais podem conter trincas mesmo antes de serem
colocadas em operacdo, e que estas poderdo evoluir a medida que inicie a vida servico,
surge a filosofia de projeto tolerante ao dano. Nesta abordagem, admite-se que as trincas
podem existir e evoluir ao longo da vida do componente, até que um tamanho critico
seja alcancado, e entdo a peca seja retirada de operacdo. Instrumentos de diagnostico
adequados sdo fundamentais para que o tamanho critico da trinca seja corretamente
determinado e falhas catastroficas sejam evitadas. Assim, a Mecanica da Fratura Linear
Elastica (LEFM) surge como principal ferramenta de analise, propiciando que

ferramentas para controle da evolucéo de trincas sejam desenvolvidas.

4.2. Mecanica da Fratura Linear Elastica

Em um primeiro momento, as trincas podem ser imaginadas como concentradores de
tensdo, o que permitiria uso de fatores elasticos de concentracdo de tensdo pa descrever
seu comportamento. Estes fornecem uma indicacdo do fator no qual a carga nominal
deve ser amplificada para que a tensdo induzida pelo concentrador seja estima. Como

exemplo, considerar um furo eliptico em uma placa como na Figura 4.1
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Figura 4.1- Furo eliptico em uma placa plana sobre tragao uniforme

A tenséo oy, paralela a tensdo remota, € fortemente influenciada pela presenca do furo
eliptico. O valor maximo alcancado pele fator de concentracdo de tensdo depende das

propor¢oes da elipse e do raio da ponta como a seguir:
o C c 4.1
ke==2=(1+2=)=[1+2 |-
=g =(1+2) p

Pela equacdo 4.1, a medida que a meia altura da elipse se aproxima de zero, a elipse
torna-se cada vez mais aguda, ao passo que 0 seu raio também se aproxima de zero, 0
concentracédo de tensdo se torna cada vez mais severa ao ponto de se tornar teoricamente

infinita no caso de uma trinca idealmente aguda.

Obviamente, tensdes infinitas sdo apenas abstracdes e ndo podem existir em materiais
reais. Mesmos nos casos onde se considere um raio finito, porém, suficientemente
pequeno para se aproximar do comportamento de uma trinca, o gradiente de tensdes se
torna tdo severo que deformagdes plasticas sdo inevitaveis da regido proxima ao
concentrador, tornando a abordagem invalida. Portanto, € necessario introduzir

conceitos apropriados que caracterizem melhor o comportamento das trincas.

4.2.1. Fator Intensidade de Tensao

Embora a distribuicdo de tensbes na regido adjacente a ponta da trinca seja inerente a
cada problema, a analise de situacdes mais simples pode trazer muitos esclarecimentos a

respeito das caracteristicas do comportamento esperado na ponta da trinca. A Figura 4.2
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ilustra o a situacdo onde uma placa infinita sujeita a tensdo biaxial uniforme, o problema

foi estudado primeiramente por Westergard (1937). Detalhes da solugcdo podem ser

encontrados em Gdoutos (2005), e apenas a solugdo para o campo de tensdes proximas

a ponta da trinca sdo apresentados nas equacfes sdo funcgdes tanto da distancia radial r

como do angulo 6, de acordo como se segue:

30
Ox = COS—[ —sm sm— +...
360
Oy = Cos—[ —sm sm— + ..
ovma 6 6 36
Txy = coszsinzsin—+ -

2nr 2 2 2
o, = 0 , estado plano de tensédo

o, = v(oy + g,) , estado plano de deformacao.

Tyz = Tzx=0
y
to
-— 4 —_
v
- [z,§] | =
Ao X
[ e — L
—a a o X
h q
h q

P11

Figura 4.2- trinca em uma placa infinita sujeita a tenséo biaxial .

(4.2a)

((4.2b)

(4.2c)

(4.2d)
(4.2e)

(4.2)

Nota-se que todas as componentes de tensdo que caracterizam o estado plano de tensdes

possuem uma singularidade do tipo r~%/2, indicando que as tensdes aumentam

rapidamente nas proximidades da trinca. As componentes ndo-nulas nas equagdes 4.2 se

aproximam de infinito na medida em que r se aproxima de zero. A quantidade ovma é

uma constante multiplicativa em todos os termos e fornece a magnitude do campo de
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tensdes e, desde que a trinca esteja submetida apena a modo | de carregamento, pode ser
substituido pelo fator intensidade de tensdo (FIT), K;,. Note que os fatores restantes
meramente sdo variacdes de seno e cosseno de €,. ou seja, se referem a como a
geometria interfere na solucdo e ndo tem forte influéncia na magnitude das tensdes.
Assim, a intensidade do campo de tensbes proximo a ponta da trinca pode ser

caracterizada pelo valor do fator K, cuja definicdo em um senso matematico formal é:
KI = r!blzlo(ay V an) (43)

O fator intensidade de tensdo K pode ser entendido como uma caracteristica da
severidade da presenca da trinca em funcdo tamanho da trinca, da tensdo e da geometria.
E mais conveniente definir um fator de forma, F, que contabilize o efeito introduzido

por diferentes geometrias. Dessa forma a equacéo (4.3 pode ser rescrita como:
K, = Fovma (4.49)

4.2.2. Zona Plastica

Como visto na solucdo do campo de tensdes para a regido da ponta de trinca mostrada
nas equacdes (4.2, matematicamente sempre existird e uma singularidade nessa regido
Obviamente, o valor da magnitude da tensdo ndo pode atingir valores infinitos no
material, e se trata apenas de uma abstracdo matematica. O que se observa na realidade
é uma tendéncia de, quando submetidos a uma tensdo acima da tensdo de escoamento o
material de fato escoe, provocando uma deformacéo plastica na regido. Assim, sempre
havera uma regido proxima da ponta da trinca onde o material se deformara
plasticamente, portanto a tensdo nunca alcancard o infinito. O caso de tensdes infinitas
na ponta da trinca é valido apenas do ponto de vista da teoria da elasticidade, pois a Lei
de Hooke nédo impde limitacGes para tensdes e deformacdes (Broek, 1988).

Considerando o interior de uma geometria onde exista o caso de estado plano de
deformacéo, sempre havera o caso de estado plano de tensGes em sua superficie. Com a
existéncia do estado plano de deformacgBes no interior da geometria, a tensdo o,
aumentara gradualmente de zero, na superficie, até o valor do estado plano de

deformacdes no interior (Dixon, 1965) como visto na Fig. (2.4). Consegiientemente, a
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zona pléstica diminui gradualmente do tamanho do estado plano de tensdes na

superficie até o tamanho do estado plano de deformacdes no interior da geometria.

Figura 4.3- Esquema tridimensional da regido da zona plastica. Adaptado de Broek (1982)

No caso de uma chapa grossa, onde a trinca atravessa toda a espessura da chapa, nas
bordas dessa chapa existira o estado plano de tensdes. A medida que se avanca em
direcdo ao interior da chapa, passa a predominar o estado plano de deformacg6es, uma
vez que agora é a deformacdo na direcdo da espessura que é nula.

4.2.3. Tamanho da Zona Plastica

Para uma abordagem mais acurada a respeito do formato da zona de plastificacdo na
ponta da trinca deve-se impor um critério de escoamento do material, podendo ser
utilizado o critério de Von Mises ou de Tresca. Adotando-se o critério de Von Mises,

tem-se:

(01 — 02)% + (0, — 03)% + (03 — 01)* = 207 (4.5)

Onde o, ¢ a tensdo de escoamento no caso uniaxial. No plano onde 6 =0"as tensdes

principais o, € o, sdo iguais e atuam nas dire¢oes x e y. Assim, a fronteira que define a

zona plastica como fungdo de @ é obtida substituindo-se as equacfes que definem o
campo de tensdes na ponta da trinca de acordo com as Equacdes (4.6), para o estado
plano de deformacdo, e a Eq. (4.7), para o estado plano de tenséo.

2

LS isin2 0 + (1 —2v)?(1 + cos 9)] = 202
27 2 y (4.6)
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K? 3 5 5
2—W[1+§sm 0 cosb = 20, 4.7)

Portanto, o raio da zona plastica em funcdo de & pode ser escrita como:

) = i [3 in20 + (1—2v)2(1 + 0)]
1,(6) = pr 5 sin v cos 4.8)
K? 3
— — cin?
1,(0) = pr [1 + > sin 6 cos 9] 4.9)

A relacdo entre o tamanho da zona plastica com a espessura é um importante fator para
a condicdo do estado de tensGes na ponta da trinca. O estado plano de tensdes
prevalecerd caso o tamanho da zona plastica seja da mesma ordem da espessura da
geometria (Broek, 1982). A relagéo deve ser apreciavelmente menor que um para que 0
estado plano de deformacdes prevaleca por toda espessura da placa. Foi visto que a
espessura afeta diretamente no estado de tensdes na ponta da trinca, para manter o
estado plano de deformacdes ao longo da maior parte da regido da trinca a espessura da

geometria deve ser suficientemente larga.

4.2.4. Campo de Validade da Mecanica da Fratura Linear Elastica
(MFLE)

A Mecanica da Fratura Linear Elastica normalmente € utilizada em situacdes em que a
fratura ocorre ainda no regime linear-elastico. Isto pode ocorrer para ligas de altissima
resisténcia mecanica ou mesmo em ligas com resisténcia moderada desde que
empregadas em uma espessura de dimensdo razoavel. E a espessura que ditard se o
regime € o estado plano de deformacédo (estado triaxial de tensdes) em que a mecanica
da fratura linear-elastica € aplicavel ou o estado plano de tenséo (biaxial de tensdes) em
que a mecanica da fratura elasto-plastica é aplicavel.

A MFLE pode ser empregada com sucesso a medida que a zona plastica for pequena em
relacdo ao tamanho da trinca e das dimensdes da estrutura que a contém. O sucesso da
MFLE em estabelecer um tamanho de trinca critico, desenvolvido teoricamente e
comprovado na pratica, fica restrito para casos em que ndo ha deformacéo plastica

apreciavel acompanhando a fratura.
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Ao ocorrer a fratura de um corpo, para alguns tipos de materiais, sempre ha uma regido
plastificada na ponta da fissura. Apesar disso, muitas vezes a existéncia dessa
plastificacdo pode ser negligenciada, sem prejudicar a simulacdo do comportamento da
fissura, quando esta tem dimensao pequena em relacdo a regido K dominante. Nesses
casos, é possivel aplicar a mecanica da fratura linear elastica. Nos casos em que estas
condicBes ndo se verificam, é preciso considerar a plastificacdo, aplicando-se entdo os
conceitos da mecénica da fratura elasto-plastica.

4.2.5. Tenacidade a Fratura

A tenacidade a fratura, K _, de um material pode ser considerada como uma propriedade

o 1
que caracteriza sua resisténcia ao crescimento de uma trinca, ou seja, a quantidade de
energia que o material pode absorver antes da falha. Esta propriedade é uma maneira
quantitativa de expressar a resisténcia a fratura fragil de um material quando uma trinca
esta presente. Caso um material possua um baixo valor de tenacidade a fratura este tera
caracteristicas de material fragil. Um alto valor de tenacidade a fratura caracteriza um

material ductil.
O valor de K, tambem e conhecido como tenacidade a fratura sob estado plano de

deformacdes. O mesmo valor de K, pode ser determinado testando corpos de prova do

mesmo material, porém com diferentes geometrias e sob combinacBes criticas de

tamanhos e formas de trinca.
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4.3. Discordancias

As discordancias podem ser entendidas como uma linha de descontinuidade
infinitesimal virtual, introduzida em um material continuo. Entéo, séo aplicadas tensdes
opostas as duas faces do corte, de tal maneira que um pequeno espago de espessura
constante seja aberto, ver figura Figura 4.4. Ao se preencher novamente o espaco aberto
com uma fina camada do material, de forma que se obtenha um corpo continuo

novamente, havera um estado de tens@es residuais, Barber (1992).

Distribuicdo de
discordancias

Figura 4.4- Distribuico de discordancias em uma descontinuidade de espessura &

O campo de tensdes associado ao procedimento citado é chamado de solucdo de

discordancia. Este é obtido pela funcédo tensdo da equacéo 4.10:

¢ = Cirfsinf + C3rinrcosf (4.10)

A resisténcia associada a discordancia e definida pelo deslocamento ug, em 68 = 0, 27,
0 qual também é a espessura do material que deve ser introduzido o material se torne

continuo novamente. Assim:

21Cy (4.11)

0 = UQ(O)—UQ(ZTE) = —m
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Define-se, portanto, que uma discordancia de resisténcia B,, é aquela capaz de produzir

uma abertura § = By, logo:

2B, (4.12)

“ a0

Assim, o campos de tenses 0 campos de tens6es resultante é:

2uB, cos 6

_ (4.13)
ar(k+1) .6

Orr = 0gg = — =0

Expressando as componentes de tensdo em coordenadas retangular em y = 0, tem-se:

2uB,

I - (4.1)
XTI gx(k+1) Y

=0

Como a discordancia acima causa uma abertura em 8 = 0, 2 ela é chamada de climb
dislocation. Para o caso de uma discordancia que causa descontinuidade na componente
de direcdo do vetor unitario r, ou seja, um deslocamento infinitesimal tangencial
6 = u,.(0) —u,(2m), obtém-se uma funcdo tensdo equivalente ¢ = rInrsin 6. A este

tipo discordancia da-se 0 nome de glide dislocation.

2uB, sin 6 2uB, cos 8 (4.15)

Opp = Opgg = ——————— ; Opg = —
. Tee mr(k + 1) .8 mr(+1)

Em coordenadas retangulares, onde y = 0

2uB; (4.16)

Opr =099 =0; 0rp =—m

As discordancias By, B,, sdo componentes do chamado vetor de Burger.

4.3.1. Discordancias Aplicadas Em Trincas

Uma das condi¢cbes de contorno mais importantes em problemas envolvendo a
determinacéo da influéncia de uma trinca no campo de tensGes € que as faces da trinca

sejam livres de tensdes. A principal estratégia € introduzir uma distribuicdo de
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discordancias cujo campo de tensGes resultante de sua integracdo anule as tensdes ao
longo da linha da trinca. Para tal, considera-se uma Unica discordancia com um vetor de
Burger infinitesimal &b, = B, (§)d¢, onde B,(¢) € a densidade de discordancia
introduzia no ponto ¢ sobre a linha da trinca.

Assim, a equacdo que representa o campo de tensdo gerado por uma discordancia

unitaria é dada por:

2u 8by(§)  2u By() i (4.17)
tk+1)(x—§&) ak+1D(x-=9§

0yy(x,0) = —

Onde p é o modulo de rigidez, k = 3 — 4v,em estado plano de deformacdo e v o

coeficiente de Poisson.

Ao se integrar a equacdo 4.17 € possivel obter o campo de tensbes gerado pela
distribuicdo continua de vetores de Burger ao longo da linha da trinca. Considerando-se

uma trinca entre —b < x < b, tem-se:

B (f) (4.18)
Gy (x,0) = — <K+1>fb<x_g) ds

4.3.2. Trincas perpendiculares a superficie

Considere um problema como o mostrado na Figura 4.5, um semi plano (x > o) €
sujeito a um carregamento o (x) arbitrario, mas que apenas gere modo | de abertura. O
primeiro passo a ser realizado para resolver o problema é encontrar a solugdo do campo
de tenséo o7 (x) ao longo da trinca.(y = 0,0 < x < b), na sua auséncia. Pelo teorema
de Bueckner ¢ introduzida uma distribuicéo de discordancias b,,(¢) ao longo da trinca,
tal que as tensdes o nas faces da trinca sejam canceladas. sejam canceladas. Feito isso,
é necessario calcular o campo de tensdes induzido pelas discordancias utilizando os
resultados de Dundurs e Mura (1964) onde, uma discordancia introduzida no ponto
(&¢,0) gera uma tenséo igual a

pby (§) (4.19)

O'yy(x, O) = —mK(X, f) ’ Txy(x, 0) =0

Onde
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KGoE) =2 {x 1 1 28 4¢ } (4.20)

—E_x+f_(x+f)2+(x+c)3

e RO

Figura 4.5- Discordancias em trinca perpendicular a superficie.

A equacdo 4.19 se refere a tensdo causada por um unica discordancia, devendo-se
introduzir uma distribuicdo B, (§) = %(5) em x[0,b]. Com todas as componentes

tensdes atuando em cada ponto da trinca conhecidas é possivel integrar a distribuicdo de

tensGes e achar a forca resultante N (x) normal a face da trinca

b (4.21)
NG =00 + e | B, @Ko g

Pela condicdo de contorno de que a face da trinca deve ser livre de tracdes N(x) = 0 ;

em0o<x<b

A equagdo integral (4.21) ndo possui solugdo analitica, portanto, é realizada uma
integracdo numeérica descrita em detalhes em Nowell e Hills (1994), utilizando a técnica
da quadratura de Gauss Jacobi. Primeiramente € necessario normaliza-la realizando as

substituicdes equacdes 4.22 e 4.23
r=2&/b—1 (4.22)
s=2x/b—1 (4.23)

Introduzindo a substitui¢éo na integral:
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. n 1 -1<s<1 (4.24)
—O'T(S) = m‘]‘_lBy(T‘)K(s, r)dr

A discordancia B, (r) tem como significado fisico o angulo entre as faces da trinca,
onde o deslocamento da face da trinca proximo a ponta da trinca é da forma ug < K; =

I Vx — b, assim, a varia¢do do angulo entre as faces da trinca possui variagao da forma:

duy K (4.25)
dx  Vb—x

entdo quando x — 0 as faces sdo praticamente paralelas e B, (r) pode ser aproximado

1
B, = 90) 10 (4.26)

A quadratura de Gauss-Jacobi pode ser aplicada e a discretizacdo leva a

por

U < 2n(1+1;)

T DL 2 K(si, )¢ (ri) = —or(sk) (4.27)
Onde
2i—1 . (4.28)
ri—cos(zn_l_ln) i=12,..,n
2k (4.29)
sk—cos<2n+1ﬂ) k=12, ..,n

A equacdo 4.29 representa 0s pontos de integragdo, onde para cada s (x) a somatoria
dos pontos de colocagdo r;(§) computa influéncia da distribuicdo de discordancias
introduzida nos pontos &;. Assim, e construido um sistema de n equacdes algébricas
simultaneas para cada ¢(r;) a ser determinado. Depois de conhecidos os valores de
¢(r;), a forma da trinca pode ser determinada em cada ponto analisado, pela equagédo
4.26, que relaciona a variacdo do angulo de abertura da trinca ao valor de K;, o FIT na

ponta da trinca pode ser determinado e é proporcional a ¢(1), Logo:
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_ " (4.30)
K; = 2\2Vnb D (1)

Como se trata de uma solucdo numerica, o valor da funcdo ¢ é somente conhecido nos
ponto de integracdo, r;, e a determinacdo do valor em outros pontos dever ser realizada
por meio de interpolacdes polinomiais. Krenk (1975) deduziu uma formula para

aplicacdo da formulagdo em qualquer ponto e mostrou que:

(4.31)

$(1) = 2n2+ 1 Z cot (227:r 11 g) sin (anzr 1= D7) ()
i=1

A deducdo acima é valida também para calcular o fator intensidade de tenséo para o
modo Il em trincas sob atuacdo de carga cisalhante, porém, as discordancias do tipo
“Climb”, b, (&), devem ser substituidas pelas “glide”, b,(&), assim, as tensdes

induzidas se tornam:

pby($) (4.32)

Ty (%,0) = = m(k + 1)

K(x,&) ; 0,,(x0) =0

Onde o valor de K continua a ser calculado assim como na equacdo. A equacao integral
para a densidade de discordancias passa a ser:

1 1<s<1 (433
1 (s) = ﬁ f_ B (K (s,7)dr > (4.33)

O restante do procedimento permanece 0 mesmo, sendo necessario apenas substituir K;

por K.

4.3.3. Trincas inclinadas a superficie

Geralmente as trincas se iniciam ndo perpendiculares a superficie, crescendo
inicialmente sobre a¢do do modo Il, Considerando o problema de uma trinca localizada
nas vizinhancas de uma superficie livre de um semipleno, sujeita a esforgos arbitrarios,
tais que, a trinca seja aberta em todos os pontos de sua extensdo. O estado de tensdes

causados por discordancias com componentes dos vetores de Burguer b,e by,

localizadas em uma posicgéo (&, 0) e expresso por:
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e y) = = + ey (x©6ux (67,8 + by (Gys (2,7, )
ayy (%, ¥) = (e +_1){b ()Gryy (%, 7,6) + by (§)Gyyy (x, 7, 6)} (4.34)
axy(x'y) {b (f)Gxxy(x Y, E) +b (E)nyy(x Y, E)}

(-+1)

As fungdes de influéncia, apesar de extensas, sdo funcbes algébricas explicitas e

possuem formas simples, ver Anexo |.

y
€ \b Y
7]
Trinca
inclinada
X
X

Figura 4.6- Trinca inclinada a superficie

A geometria do problema de trincas inclinadas é mostrada na

A

y
€ \b Y
2]
Trinca
inclinada
X
X
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Figura 4.6, onde é definido um sistema local (%, y), orientado a um angulo 6 do sistema
global e sobre a mesma origem. Ao se trabalhar no sistema local a trinca, simplificacdes
importantes sdo introduzidas. Primeiramente, € necesséario transformar o estado de
tensbes do sistema global paro o local a trinca. Isso pode facilmente ser realizado apor

meio de uma transformacao de Mohr:

Oxx
T,'C‘j;

Assim como as componentes de tensdes os vetores de Burger podem ser transformadas

sin? 6 cos? 6 —sin 26

cos? 0 sin? @ sin20 1 (%xx (4.35)
Oyy
—sinfcos@® sinBcosf cos20

para o sistema local pela equacdo 4.36.

{bx} _ [cos 0 —sin6 {bf} (4.36)

b,, sind cos6 1lby

Se a equacdo for substituida na equacdo 4.36 e 4.35 forem substituidas na equacéao 4.34,

fazendo ainda,x = % cosf ;x = ysinf e & = & cosH, tem-se;

vy

} T[(K +1) [Gmy

‘<> ‘<>

&) Gyss(%9, 5)] {bf(f)} (4.37)
£) (%9.6)
E importante notar que um novo conjunto de fungBes de influencia G, as quais

relacionem as componentes de tensdo no novo sistema de coordenadas (%, ) devem ser
definidos. A transformacdo de coordenadas das fungbes G;j;; em Gy;; apresentada no

Anexo Il. Como as discordancias sdo distribuidas em cima da face da trinca tem-se que

y =0, logo:
U b ) o b A o (4.38)
or(®) = 055 9) + fo(f)wa(’?’f)df+f39(f)6yw(f'f)df
0 0
U b ) A b A o (4.39)
a5 (8) = Tag(2,9) + =tos | [ Bel(§)Gsag (2, 8)de + [ B5()Gsag (5, )28
0 0

As equacdes 4.38 e 4.39 sdo inteiramente analogas equacao 4.24, porém notasse que
tanto as discordancias Bg(§) quanto By(f) exercem influencia sobre as duas

componentes de tragOes superficiais a serem anuladas, normal e tangencial.
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Novamente € necessario aplicar a condicdo de contorno de faces livres de tensdo para a

trinca, assim o7 (%) = a5 (%) = 0.

Agora as equacdes 4.38 e 4.39 podem ser normalizadas analogamente ao procedimento

realizado para trinca perpendicular:

2i—1 . (4.40)
ri—cos(zn_l_ln) i=12,..,n

2k (4.41)
sk—cos<2n+1n) k=12, ..,n

As funcdes de forma fundamentais assume a mesma forma da apresentada pela equacéo
4.26

14+r
1—-7r ’

B;(r) = ¢y(r) i=xouy (4.42)

Agora é possivel realizar o processo de discretizacdo da mesma maneira que o realizado

para equacao 4.24, porém, para n pontos de integracdo serdo encontradas 2n equacées
em 2n ¢y (r)e (1)

n
U 2r(1+ 1)
(i + 1) 4 4 2n+1
1=

(G99 (i) P2 (1) + G95(s1, ) P35 (1) } = —055(R,9) (4.43)

U & 2n(1+r;)
(i + 1) 4 1 2n+1
1=

{Gay (S T P2 (1) + Gppp(s1, 1) Dy(r) } = —T25(%,9) (4.44)

Determinados os valores de ¢ (1;)e ¢ (1;) e realizar a interpolagéo de do Polindmio de

Jacobi para se determinar os valore de ¢, (1)e ¢, (1)

2 2i—1 (4.45)
¢y (D) =577 Z cot (2:1 n 1%) sin (2n11 @i 1)”) ¢y (i)
i=1
2 2i—1 (4.46)
¢x(1) =57 Z cot (2:1 1 %) sin (ZnT:- i 1)”) ¢ (1)

1l
=

l

Por fim os valores de
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3 p (4.47)
K; = 2v2\mb wiD ¢, (1)

_ H (4.48)
K;; = 2vV2Vnb wrD b (1)

4.4. Crescimento de Trincas

Taxa de crescimento da trinca pode ser entendida como a razdo entre a variagdo no
tamanho da trinca e o nimero de ciclos completados para que essa variacdo seja
medida. Em laboratério, € possivel medir a taxa de crescimento da trinca seja

opticamente por meio de um microscopio ou através de resisténcias elétricas. E possivel
.~ . . d .
fazer uma associagdo entre a taxa de crescimento da trinca (d—;) e a faixa do fator de

intensidade de tensdes (AK). De um modo geral, a faixa do FIT pode ser obtido pela

equacéo seguinte:

AK = F(Omax — Omin)VTa (4.49)

Na equacao anterior, g,,4, € omin S0, respectivamente, as tensées maxima e minima de

uma carregamento ciclico sobre a trinca. A razdo entre os carregamentos é dada por:

R = Omin (4.50)
Umax
Ou
R = Konin (4.51)
Kmax

Como para 0 modo I, de abertura da trinca as tensdes de compressdao produzem
fechamento da trinca, no qual, apenas tensdes de contato sdo transmitidas entre as faces,

se a abertura da trinca, AK; > 0, responsavel pela propagacéo da trinca. Logo

{AK, = MK,y — Moin i AKpgy € AKpyin > 0 (4.52)
AK; = MKy — O ; AKpgy > 0€ Ay < 0

O valor da faixa de FIT efetivo € calculada pela equagéo

1
AKerr = (AK? + AKR)? (4.53)
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4.4.1. Curva da/dN versus AK

Uma relacdo geral para o comportamento de crescimento de trincas foi proposta por
Paris et al.(1961) e Paris e Erdogan (1963), baseada em experimentos se mostra
conveniente ao aproximar o comportamento da evolugéo das tricas por meio de um lei
de poténcia dada por:

da " (4.54)
-y = €K

Esta é a chamada lei de Paris. Onde C é uma constante multiplicativa e m é um
expoente que, em um grafico do tipo log-log, determina uma inclinagdo. Esta relacéo é
interessante para uma determinada regido do grafico, denominada regido (b), onde os

resultados se encaixam melhor nesta aproximacao.

A curva log-log da figura seguinte mostra trés fases distintas:

AK, ksivin
5 10 20

“rf1l' ‘ 1

10° A533B-1 steel
oy = 627 MPa

da/dN inches/cycle

da/dN, Crack Growtr Rate, mm/cycle

! (L] (N B T I8 B
20 50 100
AK, Stress Intensity Range, MPa/m-

Figura 2.6 — curva da/dN versus AK em escala log-log para um aco especifico
Adaptado de (Dowling, 1998)
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A fase (a) é a fase de lento crescimento da trinca. A fase (b) mostra a regido cujos
pontos sdo normalmente aproximados pela equagéo anterior para estudo de crescimento
de trinca. Esta é a fase que importa neste trabalho. A fase (c) é a fase de alto
crescimento de trinca, onde a trinca é considerada instavel e material tende a sofrer

fratura.

Ja 0 aumento da razdo de tensdo (R) tende a aumentar a taxa de crescimento de trinca,

em um efeito parecido com o que hé nas curvas S-N de fadiga de materiais.

Alguns modelos para a influéncia da razéo de tensao na curva de propagacéo de trincas
ja forma propostos. Um dos modelos mais populares € o modelo que se baseia na

equacédo de Walker, a seguir:
AK = Kmax(1 = R)Y (4.59)

Na equagdo precedente, AK seria uma variagdo de fator de intensidade de tensdes de
R=0 que causaria 0 mesmo crescimento de trinca que K,,,, causaria, com outro valor
para R. Neste caso, pode-se escrever AK = K,,,,,,(1 — R) através da definicdo de razdo
de tens@o. Agrupando-se essas informacdes, denomina-se de C, uma constante para um

material sujeito a R=0 e pode-se escrever:

da _ o [_2K ]m (4.56)
dN ~ °l(1-R)

Com alguma manipulacéo, chega-se a:

da Co " (4.57)
dN ~ (1-R)ma-n (AK)

Comparando-se a equacao precedente com a equacao geral da curva, observa-se que C é
uma funcdo de R € pode ser obtida pela relacéo:

Co (4.58)

¢= (1— R)yma—7

A equacéo colabora bastante, entretanto é necessario admitir que cargas compressivas

ndo possuem efeito sob a propagacéo das trincas. Neste caso, y = 0 e AK = Kqy-

Comparando-se as variadas classes de metais, com ligas de aco, aluminio titanio, entre

outros, pode-se notar que ha grandes variagdes de comportamento em relagcdo a curva
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d — . . .
ﬁ versus AK. Entretanto, esta zona de varliagao parece ficar mais estreita ao comparar

d AK , .. .
os dados de ﬁ Versus —, sendo E o mddulo de elasticidade do material.

Outro comportamento notavel € que o coeficiente m costuma ser maior para materiais
de comportamento mais fragil, com valores tipicos entre 2 e 4, ou ainda mais elevados,

no caso de alguns materiais compasitos e ceramicos.

O aumento de temperatura tipicamente afeta o crescimento da trinca. Temperaturas
elevadas costumam acelerar a propagacdo das trincas. Entretanto, o efeito pode ser
inverso par alguns ferros e agos, por exemplo, devido a mudanca de fase austenitica-

martensitica.

Um ambiente hostil quimicamente pode afetar o crescimento de trincas. Neste caso,
envolve a iteracdo especifica entre 0 material e a composic¢do quimica do meio, isto é,
ambientes com uma composi¢do que aceleram consideravelmente o crescimento de
trinca de um material pode ndo afetar significativamente outro material com trinca sob
as mesmas condicGes. Geralmente o efeito de ambientes quimicamente hostis no
crescimento de trinca é mais sentido quando ha frequéncias menores de carregamento,
deixando mais tempo para o material interagir com o ambiente. Um exemplo de meio

hostil a um material é o emprego de aco AlSI 4340 submerso na agua do mar.

4.5. Comportamento de Trincas Curtas

De acordo com a lei de Paris, (Paris et al., 1961; Paris e Erdogan, 1963), trincas
submetidas a amplitudes do FIT menores que o limiar de propagacdo, AK,;, ndo devem
ser propagadas. No entanto, observacGes mostram que pequenas trincas de fadiga
propagam-se mesmo sujeitas a condicdo de AK < AK;,. Tais trincas apresentam
comportamento andmalo ao de trincas longas que podem ser modeladas pela taxa de
crescimento convencional. O uso de teoria de trincas longas para explicar o
comportamento de trincas curtas € inapropriado e leva a resultados insatisfatorios. O
problema torna-se ainda mais acentuado no contexto de fretting, onde as trincas curtas

tem sua taxa acelerada por influencia da fricgdo na zona de micro escorregamento.

Segundo Pearson (1975), trincas curtas superficiais, na ordem de 6 a 50 micrometros de

extensdo, crescem a uma taxa até 100 vezes maior comparativamente a defeitos
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maiores, com décimos de milimetro, quando sujeitos a mesma amplitude do FIT. Smith
et al. (1996) estudou o comportamento de trincas curtas em um liga a base de niquel de
aplicacdo aeronautica. O autor reportou aceleragdes e retardos sucessivos na taxa de
crescimento das trincas até que o tamanho de trinca longa fosse alcangado. Além Smith,
Morris (1979, 980), Tanaka e Nakai (1981) relataram observar o0 mesmo fenémeno para
ligas de aluminio e ago de médio carbono, respectivamente, e levantaram a hipotese de
que, ao encontrar o contorno de grdos micro estruturais, a trinca sofre desaceleracgoes

em sua taxa de propagacéo. A Figura 4.7 apresenta o comportamento descrito.

db
dN

Trincas

Trincas Longas
.. curtas

Dominio LEFM

AKip AK

Figura 4.7- Comportamento Andmalo de trincas curtas

4.5.1. Os Diagramas de Kitagawa-Takahashi e El Haddad

Kitagawa e Takahashi (1976) observaram que muitos materiais exibem um limiar de
propagacdo de trincas longas AK = AK, independente do comprimento da trinca.
Entretanto, se o campo de tensbes for grande o suficiente, Trincas curtas pode se
propagar mesmo em casos onde em AK < AK,. Entende-se que este fato ocorrera se o
valor da amplitude de tensdo aplicada a trinca, Ao, for superior ao valor do limite de
fadiga do material, a;. O comprimento da trinca, b,, na transi¢do entre os dois regimes
pode ser encontrado igualando-se as duas condigdes, isto é, para um trinca superficial

sobre tensdo uniforme, tém-se:

AK, = 1,120,+/7b, (4.59)
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Na equacdo 4.59, qualquer par das trés quantidades relacionadas pode ser considerado

como propriedade material. Como geralmente os valores AK, e o; sd@o conhecidos

2
. fo- . 1 (AK
determina-se o tamanho critico de trinca como b, = - (0—‘)) :
fl

O diagrama de K-T deriva da aplicacdo das seguintes condigdes:

{AKth = AKo\/b/by  ,b < b, (4.60)
AKth == AKO ,b > bO

Para exemplificar como o diagrama de K-T pode ser aplicado na previsdo do
comportamento de tricas curtas, dois casos de propagacdo sob um campo de tenséo
uniforme séo considerados. Primeiramente, o0 processo de crescimento de uma trinca
pode ser imaginado como uma curva descrita nesse diagrama. No caso de um corpo de
prova submetido a uma amplitude de tensdo superior ao limite de fadiga, Ac > g,, uma
curva do tipo A é produzida (Figura 4.8- Diagrama esquematico de K-T mostrando o
comportamento e propagacdo de trincas em termos de AK.), esta curva estara sempre
acima do limite de fadiga e a trinca ira evoluir, qualquer que seja o tamanho do defeito
pré-existente. Para o caso onde o espécime € sujeito a uma amplitude de tensdo inferior
ao limite de fadiga, Ao < o, (Figura 4.8, curva B), a curva da trinca estara sempre
abaixo do limiar e ndo ird se propagar a, a menos que o tamanho da trinca inicial seja
superior a b;. Em situacGes onde defeitos iniciais de tamanho significativos estejam
ausentes, se a condicdo de carregamento garantir que Ao > g, a trinca ira se iniciar e
propagar. Porém, para ocasifes onde Ao < g, 0 processo de nucleacdo pode ser

interrompido por barreiras micro estruturais ou nem chegar a ocorrer (Miller, 1993).

AK

B

AK,

K-T

regido de
ndo-propagacao

g

by by b

Figura 4.8- Diagrama esquematico de K-T mostrando o comportamento e propagacao de trincas em
termos de AK.
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Kitagawa et al.(1976) e Tanaka et al. (1981), mostraram haver boa congruéncia entre
essa abordagem e dados experimentais, entretanto, uma transicdo aguda entre os dois
regimes de propagacdo ndo é interessante do ponto de vista fisico e pode levar a
resultados ndo conservativos. Para contornar o problema de transicdo entre os regimes
de trincas longas e curtas, EI Haddad et. al. (1979) propuseram o uso de um tamanho
ficticio trinca, b;, somado ao tamanho critico by, mantendo inalterado o valor do limiar
AK,. Assim,

., (4.61)

MKen = AKy [7——
0

Estas curvas podem ser utilizadas para prever crescimento ou parada de propagacéo de

trincas curtas ou longas, onde ambas se

AK., = AK, ®_ paseiam em dados experimentais, onde AK, é o limiar de
b+bg

propagacéo para trincas longas.

0.1 || —— El-Haddad
! Diagrama K-T | @ ¢

e | T s s ) N S M
L

o

= ' ' [
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£ 107 = s - ) ST
=

7

<l

v e T TN S SO T S T AT K SO S B
< ) ] SRR A 4SRN RO SPRPRS SULINL ML P LD PUSORRUpR SR L

Comprimento da trinca, b.r‘bu

Figura 4.9: Diagramas K-T e El-Haddad de forma esquematica

4.6. Formulagdes De Parada De Trincas Curtas Na Fadiga Por
Fretting

Devido a natureza complexa da distribuicdo de tensdes e da geometria do problema, o
calculo do fator de intensidade de tensdo em problemas de fretting ndo possui solugéo
analitica. Técnicas baseadas em métodos numéricos tem se tornado populares, em

particular, como o método de elementos finitos, deve ser atentar para o uso de
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elementos especiais nas vizinhancas da ponta da trinca. No entanto, o método da
distribuicdo de discordancias se mostra uma ferramenta numérica poderosa na solugdo

deste problema.

Araljo e Nowell (1999) realizaram um trabalho pioneiro ao comparar o valor de AK ao
diagrama de limiar de propagacdo de trincas curtas de Kitagawa-Takahashi para
determinar o tamanho critico de contato, tamanho a partir do qual espécimes sujeitos a
condicdes fretting transitam de vidas muito longas, > 107 ciclos, para vidas curtas,
ondem de 105 ciclos. Em trabalho semelhando posteriormente publicado, Dini et al.
(2006) propuseram a comparagdo do uso do diagramas Kitagawa-Takahashi e da curva
de El-Haddad, para a mesma bateria de ensaios, com objetivo de verificar qual modelo

de limiar de propagacao para tricas curtas era mais indicado a situacdes de fretting.

Até entdo, em ambos os estudos mencionados, foi considerado o calculo de AK apenas
para 0 modo | de propagacdo, com trincas assumidas perpendiculares a superficie da
regido de contato e desprezando-se a contribuicdo de AK;,. Neste contexto, Fouvry et al.
(2007) desenvolveram trabalho experimental para avaliar o tamanho de parada de
trincas sob condicGes de fretting e comparacdo dos resultados com o tamanho previsto
pelo diagrama de K-T. Para tal, foi medido o angulo de crescimento das trincas e
utilizado o valor de AK,rr para comparagdo, permitindo que as trincas fossem

analisadas em modo misto de propagacéo.

4.6.1. Metodologia de Arauajo e Nowell (1999)

Até o trabalho realizado por Aradjo e Nowell (1999), pouca atencgdo tinha sido dada a
aplicacdo de modelos de parada de trincas curtas a elementos sujeitos a condicdes de
fretting. Em seus estudos os autores utilizaram dados experimentais fornecidos por
Nowell (1988). Com o objetivo de avaliar a existéncia do tamanho critico de contato,
Nowell (1988) explorou uma caracteristica marcante do contato hertziano entre
cilindros, a de que o tamanho da regido do contato pode ser alterado enquanto o pico de
pressdo é mantido constante. Isto é possivel uma vez que a pressdo normal, Py, é
proporcional a \/m, enquanto a semi-largura do contato, a, é proporcional a vVPRj.
Como consequéncia dessa observacdo a extensdo do campo de tensdo induzido pelo
contato pode variar embora sua amplitude seja mantida constante. Bramhall e Nowell
(1988) mostraram isso em seus experimentos. Ambos constataram que tamanhos de

contato maiores, as vidas em fretting sdo curtas (da ordem de 10°ciclos). No entanto,
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abaixo de um tamanho de contato critico, a,, ocorreu uma transicdo abrupta em regime
de vidas de fadiga tornou-se muito longo (>107). Nos experimentos de Nowell (1988),
tanto as sapatadas quanto os espécimes foram fabricados em liga de aluminio 2024 ( 4
% cobre ) de aplicacdo aerondutica.

Araljo e Nowell sugeriram utilizar o método de parada de trincas curtas para explicar a
existéncia do tamanho critico de contato onde a transicdo aguda entre os regimes de
vidas longas para curtas ocorre. Para isso, foi necessario o calculo do fator intensidade
de tensdo para as condi¢des fretting, obtido aplicando método de distribuicdo de
discordancias, Nowell e Hills (1987).

Ao aplicar a metodologia de parada de trincas curtas a situacao fretting Araujo e Nowell
tracaram a curva de AK vs. b observaram um comportamento diferente daquele
esperado para carregamento uniforme uniaxial, Figura 4.8, principalmente em funcéo do
gradiente de tensdes causado pelas cargas de contato. Mostrou-se que para casos onde o
tamanho do contato é inferior ao tamanho critico, a > a,, as curvas apresentam de AK
apresentam o comportamento analogo ao da curva C, Figura 4.10. Inicialmente, o valor
de AK é superior ao limiar de propagacédo, induzindo a trinca a crescer. Porém, a medida
que esta cresce, 0 intenso gradiente de tensdo induzido pelo pequeno tamanho de
contato decai rapidamente, fazendo com que haja uma diminui¢cdo no valor de AK e,
caso este se torne menor que o valor limiar, o crescimento cessa com comprimento
b = b,.

AK PN
D
-
- -
- C
AKO / — _ . -
/7 " - = T~ - -
v’ ; = K-T
,I,/ ; Regido de
i/ nao-propagacio
b, by b

Figura 4.10- Comportamento do FIT no Diagrama K-T em fadiga por fretting.

O comportamento descrito pela curva D, Figura 4.10, representa os casos onde o valor

de AK € sempre superior ao valor limiar, o que pode explicar o comportamento
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observado para os testes que levaram a vidas curtas. O tamanho critico de contato, a.,
representa uma condicao onde o valor de recai na zona de transicdo entre os dois casos

notados.

Uma das limitagOes dessa abordagem reside no fato de se ter assumido puramente modo
| para propagacéo da trinca, enquanto € bem sabido que para qualquer situacao fretting
0 modo misto € o mais provavel de ocorrer. No entanto, os autores propdem que a
magnitude de AKj, é pequena quando comparado a AK;, uma vez que a intensidade da
componente de tensdo oy, € muito superior a ,, sob as condi¢bes de carregamento
analisadas. Como em fadiga por fretting a relacdo das tensdes principais e a sua direcédo
ndo sdo constantes, 0 modo misto também varia ao longo do ciclo e ndo é de todo claro
como a trinca ird comportar. Além disso, experimentos realizados com esta liga de
aluminio, Nowell (1987), tém mostrado evidéncias de trincas propagando-se
perpendicular a superficie ou em angulos muito préximos a 90° justificando a

aplicabilidade de seu modelo.

4.6.2. MODELO DINI ET AL., (2006)

Dini el al., (2006), ampliaram a anélise de Aradjo e Nowell utilizando a abordagem de
parada de trincas curtas comparando o limiares de propagacdo do diagrama K-T e de El-
Haddad. Além disso, um modelo de analogia entelhe foi aplicado na tentativa de
predizer o limite de fadiga por fretting. Foi avaliada a influéncia do tamanho critico de
contato, a,, para sapatas planas e cilindricas, fabricadas em ligas de titanio-aluminio,
Ti6Al4V, e aluminio-cobre, Al4%Cu.

Em seu trabalho, Dini et al. aplicaram a teoria das distancias criticas sugerida por
Taylor (1999) e Lazzarin et al. (1997), amplamente utilizada para estimar a vida de
componentes entalhados. Como mostrado na se¢do 2.4, essa teoria se fundamenta na
hipotese de que a falha do material somente ocorrera se a tensdo média atuando sobre
uma regido critica representativa nas vizinhangas do concentrador deve exceder o limite
de fadiga do material. Para simplificar a analise, foi utilizado o método do ponto,
calculando-se a distribui¢do da componente de tenséo o,,, a uma profundidade L/2 da
na extremidade anterior do contato. Entdo foi determinado o valor da carga remota o
necessaria para igualar o valor amplitude de tensdo total ao limite de fadiga. Repetidas

iteracOes foram realizadas para computar o efeito de o na distribuicdo de tensdes.
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Na aplicacdo do método de parada de trincas curtas, foi seguida a mesma metodologia
utilizada por Araujo e Nowell (1999), mas, adicionado a analise a curva do limiar de
propagacdo de El-Haddad. Foi feito uso do método de distribuicdo de discordancias

considerando trincas perpendiculares a superficie e somente modo | de propagacéo.

Foi observado que em alguns casos onde o diagrama de Kitagawa-Takahashi previa
vida infinita e a falha ocorrera, a curva de El Haddad acusou falha do componente,
Figura 4.11, fornecendo um resultado mais coerente em relacdo ao resultado
experimental. 1sso mostra um comportamento mais conservativo da curva de EI Haddad

em relacdo ao diagrama K-T

Threshold K-T o

— El-Haddad /
2 -| — Finite life - experiments /
----= Infinite life (=1047) - experiments /7

Series 1

6 8 10
ala,

Figura 4.11 — Exemplo de resultado comparativo entre o diagrama K-T e a curva de E-H para prever
regime de vidas longas ou curtas. Adaptado de Dini el Al, (2006)

O fato da melhor acuracia da curva de El Haddad para os casos avaliados por Dini pode
estar associado a suavizagdo introduzida na zona de transicdo entre oS regimes,

aproximando melhor o comportamento real do material.

4.6.3. Metodologia Fouvry et al., (2007)

Com o objetivo de avaliar a acuracia do modelo de parada de trincas curtas em fadiga
por fretting, Fouvry et al., (2007) realizou experimentos de fretting bem definidos,
registrando a localizacdo, orientacdo e o méximo tamanho de trincas paradas. Dessa
forma, a técnica anteriormente aplicada apenas para prever vida finita ou infinita sob
determinada condicdo de carregamento, pode ser aplicada para previsdo da maxima

extensdo alcancada por trincas sob a regido de contato.
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O experimentos utilizaram a geometria de contato cilindro-plano 2D, sob carga
puramente alternada. Isso permitiu simplificar a anélise de tenséo pela auséncia da carga
remota de fadiga, assim, os efeitos fretting puderam ser avaliados isoladamente.
Avaliou-se a acdo da pressao normal baixa, regime elastico, e alta, induzindo um regime

de carater eslatoplastico.

Os métodos experimentais e os dados e detalhes sobre as condi¢fes de ensaios e
matérias utilizados sdo descritos detalhadamente na secdo 5.1. Fouvry avaliou a
evolucdo da trinca calculando o fator intensidade de tensdo via método de distribuicédo
de discordancias, em modo misto, e realizou a previsao do tamanho das trincas paradas
por meio do diagrama K-T, comparando os resultados com os valores obtidos em seus
experimentos. A metodologia utilizada pode ser sintetizada pelo diagrama na Figura
4.12. A curva pontilhada representa o limiar de propagacdo de trincas curtas AK;, e
linha vermelha a evolugdo da faixa do FIT, AK,sf, calculada como uma fungéo do
comprimento da trinca. O ponto AK,sf ., representa o valor da faixa do FIT para o
comprimento da trinca parada experimental. O ponto de intersecdo das duas curvas
representa o valor onde AK, s = AKyy,, oU sgja, 0 tamanho de trinca esperado ao aplicar

a metodologia.
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Figura 4.12- llustracdo da metodologia de trincas curtas paradas em fretting considerando o tamanho
medido experimentalmente para comparagao.

Os comprimentos de trinca previstos pela abordagem de trincas curtas de paradas foram

razoavelmente proximos dos observados experimentalmente. A tabela sumarizando os
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resultados encontrados por Fouvry et al. (2007) é apresentada na se¢do 5.1. A Figura

4.13 exibe os comprimentos de trincas experimentais contra a faixa do FIT calculada. .

1.2

08¢

06

04}

0.2}

normalised SIF range (AKg/AKg)

short crack domain
long crack domain

0 02 04 06 08 1 1.2
normalized crack length, b/b,

Figura 4.13- Fator Intensidade de Tens&o (FIT) contra tamanho de trinca normalizado,
adaptado de Fouvry et al. (2007).

Duas distribuicbes bem distintas podem ser observadas no grafico acima, os pontos
representados pelo marcador branco, <>, representam os dados experimentais para a
condicdo de pressdo normal mais baixa, enquanto o marcador preto, 4, representa 0s

dados experimentais para condicdo de pressdo normal mais elevada. Nota-se claramente

uma forte dependéncia da acuracia da metodologia em relacédo a pressédo normal.

Segundo Fouvry, os ensaios conduzidos a uma pressdo menor possuem melhor
correlacdo, apresentaram certa discrepancia para as trincas mais curtas e Otima
correlagdo para trincas maiores que 50um. Estudos anteriores baseados na comparagédo
de tamanho contato concluiram que a plasticidade é limitada ao dominio das zonas de
micro escorregamento, o que justifica a hipotese Hertz-Mindlin, baseada em preceitos
elasticos, para descrever a distribuicdo no campo de tensdes aplicado. Ao comparar a
tensdo de Von Mises no ponto de nucleacdo da trinca, (—a,0), e na ponta da trinca,

(bsin@ — a, b cos 8), (Tabela5.2), com a tensdo de escoamento do material, verificou-
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se que no ponto de nucleacdo a trinca vai experimentar um consideravel grau de
plasticidade, entretanto, devido & queda acentuada do campo de tensBes abaixo da

superficie, a ponta da trinca esté localizado em uma regido nominalmente elastica.

Ao avaliar a condicdo de pressdo normal mais alta, notou-se uma discrepancia
significativa para quaisquer comprimentos de trincas paradas. Esta discrepancia esta
diretamente ligada as acomodacdes plasticas ndo apenas na extensdo da area de contato,
mas também na distribuicdo de campo de tensdo ao longo das vizinhancgas da trinca, as
quais ndo sdo consideradas, ja que a metodologia de obtencdo do FIT reside sobre
fundamentos da elasticidade. Assim, resultados muito conservativos foram gerados na
estimativa do campo de tensdo ao longo do caminho das trincas, e consequentemente

uma proporcional superestimacao no valor de AK.

Para Fouvry et al. (2007), a discrepancia nos resultados para pressdo mais alta ndo esta
intimamente ligada ao diagrama K-T, mas sim a metodologia utilizada para calcular o
campo de tensdes e os valores de AK experimentais. Apesar de todos 0s casos para
pressdo de pico mais alta ndo possuirem boa correlacdo, quanto maior a trinca parada ha
menor efeito plastico e a melhor congruéncia dos resultados. No entanto, o impacto da
plasticidade se mostrou intenso, ao ponto de, mesmo para as trincas mais longas, o erro

de predicdo com o modelo K - T é superior de 30 % .

4.7. Metodologia Proposta no Presente Trabalho

O presente trabalho tem por objetivo estimar o comprimento de trincas curtas paradas
sob a acdo de fretting, utilizando dois métodos distintos para se determinar o limiar de
propagacdo para trincas curtas, sejam eles, as curvas limiares de Kitagawa-Takahashi e
de El Haddad. Deseja-se ainda, sugerir um método capaz de predizer o angulo onde a
evolugdo do comprimento da trinca deve ser avaliada (direcdo de propagacdo). Para
validacdo dos métodos propostos, serdo utilizados dados experimentais da literatura,

Fouvry et. al. (2007), descritos em detalhes na se¢éo 5.1.

Para calcular a evolucdo do Fator intensidade de tenséo (FIT) na ponta da trinca foi
utilizado o método de distribuicdo de discordancias, descrito com mais detalhes na
secdo 4.3. A técnica parte do principio de Bueckner (1958), o qual prevé que o campo
de tensdo resultante devido acdo de fatores distintos pode ser determinado pela
superposicdo do campo gerado induzido por cada fator separadamente, desde que o
material tenha comportamento linear elastico. Ao analisar a Figura 4.14 o problema
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original pode ser considerado ao equivalente obtido pela superposicdo de (a) e (b).
Dessa forma, a resultante de tensdes em um corpo submetido a de cargas de contato, e
que contenha uma trinca, pode ser obtido pela soma dos campos de tensGes de um corpo
sob a acdo de fretting, sem trinca, e o de outro corpo trincado sob a acdo apenas das
tensdes geradas pela distribuicdo de discordancias. Como condicdo de contorno do
problema, a distribuicdo de discordancias na face da trinca, representada pela parcela
(b), deve gerar uma distribuicéo de tensdes igual e oposta aquela gerada pelas cargas de
contato, parcela (a), fazendo com que quaisquer tracdes na face da trinca sejam

anuladas.

(@) (b)

Figura 4.14- Principio de Bueckner para o caso analisado. (a) representa o corpo sem trinca submetido
as cargas de contato (b) representa um corpo desprovido de cargas externas, mas com trac@es na face
da trinca iguais e opostas aos componentes de tensdo em (a), de modo que, ap6s a superposicdo as
faces da trinca sejam livre de tensGes.

A distribuicdo de tensdes devido a acdo de fretting foi computada utilizando a teoria
apresentada no capitulo 3 para contato entre cilindro e plano sob regime de
escorregamento parcial, resumida pelas equacdes expressas na Tabela 3.2. O ponto de
nucleacdo da trinca é extremidade anterior do contato, x/a=—-1ey/a=0. A
evolugdo da trinca foi calculada partindo de 5 microns até b,/2 em 300 incrementos

igualmente espagados.

Para cada situacdo de carregamento analisada foram realizadas previsdes do tamanho
das trincas paradas por cada uma das curvas limiares de K-T e E-H. E proposto o
calculo do fator intensidade de tensdo para comparagdo primeiramente considerando
uma propagacao hipotética a 90° da superficie, em modo I, onde o calculo da faixa do

FIT, AK, pelo método de distribuicdo de discordancias se simplifica muito. A segunda
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analise considera a presenca de uma trinca inclinada, crescendo em modo misto (Modos
I e II). Nesta andlise, utilizou-se inicialmente o angulo de propagacdo verificado
experimentalmente para o calculo de AK, e AK}; e determinou-se a faixa do FIT efetivo.
Entretanto, para servir como metodologia preditiva de vida segura, o angulo de
propagacao da trinca deve ser estimado a priori. Para isto, utilizou-se uma metodologia

de plano critico.

10} AKI1
K-T
gl ----- El-Haddad
AKI —=
gl 4
_".K'exp
7 '/ _".KI .
£ / :
]
o P M. -
g 5L I L _
~ H
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Figura 4.15: Esquema da metodologia utilizada na estimativa do comprimento da trinca
em propagacao perpendicular a superficie.
Apos realizar a determinacdo da curva de evolucdo do fator intensidade de tensdo para
os diferentes metodos, seré verificado o cruzamento deste com as curvas de Kitagawa-
Takahashi e EI-Haddad, Figuras Figura 4.15, onde se considera a trinca perpendicular, e
Figura 4.16, trinca com inclinagdo 6, onde 6 € o angulo entre o vetor normal unitario
que caracteriza o plano da trinca e o eixo x (positivo no sentido anti-horario). Assim,
sera possivel estimar o comprimento da trinca para cada um dos limiares em estudo. Os
valores obtidos para b, (tamanho estimado de parada da trinca) sdo comparados aos
valores de by, (tamanho da trinca parada medida experimentalmente). Outro tipo de
comparagdo pode ser realizado a partir da associagdo da faixa do FIT calculado
correspondente ao tamanho da trinca verificado/medido experimentalmente, aqui

denominado de AK,,,, (Figs Figura 4.15 e Figura 4.16). Deve-se notar que o tamanho da
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trinca neste trabalho é sempre medido ao longo do plano da trinca, ndo sendo utilizados

tamanhos projetados em nenhum momento.
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Figura 4.16: Esquema da metodologia utilizada na estimativa do comprimento da trinca,
utilizando AK ¢y para trinca inclinada (6 = 30°).

Para estimar o angulo de propagacéo das trincas inclinadas no qual deve ser calculado o
valor de AK,¢f, utilizou-se o conceito de plano critico, que representa o plano onde a
méaxima amplitude da tensdo cisalhante, t,, € desenvolvida, plano este o mais suscetivel
ao processo de iniciacdo e propagacao inicial de trincas (McDiarmid,1987, 1991, 1994).
Como o estado de tensdes € uma caracteristica pontual, tanto a direcdo do plano critico
quanto amplitude de 7, pode variar bastante ao longo do caminho da trinca. Com base
no conceito de distancia critica, amplamente aplicada a corpos entralhados, o ponto
L =b,/2 ¢ o local representativo da zona de processo, portanto, a anélise sera realizada
sobre uma linha, percorrendo o eixo perpendicular a superficie, desde o ponto de
nucleacdo até a distancia critica determinada pelo método do ponto em 10 pontos
equidistantes. A amplitude da tensédo cisalhante sera calculada pelo método do maximo
retdngulo circunscrito, MRC, descrito na se¢do 2.3.2. Para busca do plano critico o
vetor normal unitério ao plano terd sua angulacdo variada em 1°, onde os angulos que
determinam sua direcéo (6, ¢), serdo avaliados no intervalo de entre [0, 7] e [0, /2],

ver. Figura 8.3
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5.RESULTADOS E DISCUSSOES

5.1. Dados Experimentais Utilizados Para Avaliacdo

Em seus experimentos, Fouvry et al. (2007) utilizaram uma configuragdo de contato
entre cilindro e plano, sob regime de escorregamento parcial. A carga normal estéatica,
E, foi aplicada, entdo se estabeleceu um deslocamento tangencial de amplitude
constante, &, para gerar a forca tangencial, F;, na superficie de contato. O cilindro foi
fabricado com ago 52100, com raio de 40 mm e comprimento L = 5mm. Duas
diferentes cargas normais foram consideradas no programa experimental, P = f,,/L =
227N /mm, e P = 540N /mm. A Carga normal menor introduziu uma pressao de pico,
po = 450MPa e semi-largura do contato a = 321um, enquanto carga normal maior
induziu uma pressédo de pico p, = 700MPa e a = 500um. O material utilizado para o
corpo de prova plano foi um aco baixo carbono AISI 1034 tratado termicamente e com
propriedades mostradas na Tabela 5.1- Propriedades Mecénicas dos Materiais

Tabela 5.1- Propriedades Mecénicas dos Materiais

Propriedades Mecénicas dos Materiais

Material E [GPa] v o, [MPa] oyrs [MPa) Ao [MPa)] AK, [MPavm]
(0.2%) R=-1,107 R=—1
AISI 1034 200 0.3 350 600 270+ 10 7+1
Plano
52100 210 0.3 1700 200 - -
Cilindro

Para todos os ensaios 0 angulo de propagagéo das trincas foi cuidadosamente medido, e
concluiu-se que as trincas surgiam na extremidade anterior do contato e possuiam
angulo de propagagdo medio, 6,,,, entre 30 + 3°. Ao avaliar a morfologia interna da
trinca, também foi observado que esta possui forma praticamente plana, justificando o
uso de um modelo 2D para estudo do problema. A Figura 5.1 exibe a forma de uma
trinca experimental observada nos ensaios e os valores medidos para tamanho e para o

angulo de propagacéo. .
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10 ym

Figura 5.1- Morfologia da trinca de fretting , sec¢do transversal ao longo do plano xy, trinca estudada
(P = 540 N/mm,Q = 282 N/mm, 10° cycles); b,,,, = maximo comprimento experimental da

trinca; Adaptado de Fouvry et. al (2007).

Tabela 5.2 - Parametros de fretting utilizados e resultados obtidos pelos nos

experimentos de Fouvry et al. (2007)

Pardmetros Experimentais e Resultados Fouvry et al.(2007)

Carga Normal Baixa 227 N/mm (f=0,9 e N_f=10"6 ciclos)

. best - bexp
Q P/Q UVM;nt 0-VM;pt' bexp AKeffexp best AKeffest bexp
N/mm [ -] MPa MPa um MPa.\m um MPa.\m [ %]
90 0,40 467 - 0 - - - -
98 0,43 488 - 0 - - - -
126 0,56 555 288 24 3,22 36 3,26 0,50
137 0,60 579 290 29 3,55 44 3,57 0,52
144 0,63 594 297 31 3,75 49 3,76 0,58
146 0,64 598 232 52 3,81 50 3,82 -0,04
151 0,67 608 234 55 3,96 53 3,96 -0,04
164 0,72 634 238 65 4,33 65 4,33 0,00
169 0,74 644 241 68 4,46 69 4,48 0,01
Parametros Experimentais e Resultados Fouvry et al.(2007)
Carga Normal Alta 540 N/mm (f=0,9 e N_f=10"6 ciclos)
Q Q/P Svmine Symipt bexp DKef foxp bes:  DKeffest' %
N/mm [ -] MPa MPa um MPa.vm um MPa.\m [ %]

206 0,381 729 - 0 - - -
242 0,448 790 442 14 428 54,0 3,94 2,86
243 0,450 847 285 28 498 72,0 4,62 1,57
278 0,515 850 285 77 549 93,0 5,18 0,21
280 0,519 850 338 61 580 94,0 5,26 0,54
282 0,522 853 376 52 592 950 5,28 0,83
283 0,524 854 298 75 568 96,0 5,30 0,28
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A tabela 5.2 resume os resultados obtidos pelos experimentos realizando nas condicdes

. P ~ - ~
descritas, onde 0 denota a razdo de cargas de fretting, oypyn: € oym;p: SA0 0s valores

registrados para tensdo de Von Mises no ponto de nucleacdo e na ponta da trinca,
respectivamente; b,,,, 0 tamanho experimental medido, compreende a distancia da raiz
da trinca até a sua ponta na direcéo de propagacdo; AK,f se refere a faixa do FIT para
o tamanho de trinca experimentalmente medido; b, ; € 0 tamanho da trinca no ponto de
intersecgdo da curva de AK, ¢ com a curva limiar de K-T, e AK, ¢ .5, representa o valor
estimado da faixa de FIT correspondente a b,,;. Os resultados descritos serdo utilizados

para comparacao.

5.2. Resultados para previsdo de para de trincas curtas considerando
modo | e Trinca Perpendicular a Superficie

Apesar do angulo de propagacao das trincas ser previamente conhecido para 0s casos
aqui estudados, em muitas situacGes de projeto nem sempre é possivel realizar testes
para determinar a priori a direcdo de crescimento das trincas. Aradjo e Nowell (1999)
indicaram que o modo de cisalhamento, devido a sua menor magnitude em relacdo a
AK;, possui menor influéncia no processo de propagacdo, justificando o uso da
amplitude do fator intensidade de tensdo em modo | como uma representacdo do
processo. Baseado nesta hipotese, a evolucdo de AK; para trinca perpendicular foi
determinada e cruzada com os valores do limiar de propagacdo de K-T e E-H. Os
resultados para os dois niveis de pressao normal sdo expressos nas tabelas Tabela 5.3 e
Tabela 5.4

5.2.1. Pressao Normal baixa

Ao se comparar os resultados exibidos na Tabela 5.3 pelos dois limiares de propagacao,
uma melhor adequacdo da curva K-T € percebida, cujos erros percentuais relativos se
mostraram muito inferiores ao apresentado pelas estimativas da curva limiar de E-H. De
um modo geral, o diagrama limiar de El-Haddad é intrinsecamente mais conservador
que o diagrama K-T, principalmente na regido onde o tamanho da trinca b se aproxima
do tamanho critico b,, ver Figura 5.2. Nos casos iniciais, onde a carga Q aplicada é
menor, observaram-se valores de comprimento de trinca experimental inferiores a 50
microns e maior erro na previsao realizada pelos dois diagramas limiares. O diagrama

de K-T indicou erros na ordem de 60%, enquanto o erro pelo uso da curva de E-H
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ultrapassou a casa dos 100%. Para os ensaios onde a carga tangencial foi um pouco
mais elevada, houve uma 6tima correlagéo entre o tamanho previsto pelo diagrama K-T
e 0 tamanho medido da trinca parada, cuja diferenca foi inferior a 10%. Nestes mesmos
casos, uso da curva limiar de E-H forneceu valores mais proximos que nas situacdes

onde as trincas foram menores, porém, o0s erros ainda ultrapassaram a casa dos 50%.

Tabela 5.3- Resultados Trinca Perpendicular a Superficie e AK, (P, = 450 MPa)

Resultados Trinca Perpendicular a Superficie e AK;

Pressdo Normal Baixa 450MPa

Q besp  bgu  ber AKpeyy  DKpgy AK;er €T OeH erroxr
N/mm um MPavm %

90 - - - - - - - -
98 - - - - - - - -
126 24 49 39 3,26 3,31 3,36 104 61
137 29 60 47 3,60 3,59 3,67 107 61
144 31 69 52 3,81 3,75 3,87 123 68
146 52 71 53 3,93 3,80 3,93 37 3
151 55 78 58 4,08 3,91 4,07 42 5
164 65 96 69 4,46 4,21 4,44 48 6
169 68 104 74 461 4,32 4,58 53 8

A discrepancia notada para as trincas mais curtas e a 6tima correlacdo para trincas
maiores que 50um pode estar associada a plasticidade na regido adjacente ao ponto de
nucleacdo da trinca. Baseado na observacdo de que a tensdo de VVon Mises calculada na
extremidade anterior do contato indica uma forte tendéncia a plastificacdo neste local
mesmo na auséncia de trincas, Fouvry et al. (2007), nota-se uma significativa influéncia
deste fator no comportamento das trincas mais curtas, ao passo que a queda acentuada
do campo de tensdes abaixo da superficie sugere que a ponta das trincas mais longas se
localiza em uma zona nominalmente elastica. Outro fator de influéncia é a prdpria micro
estrutura do material. Os grédos que compdem o material podem se comportar como
barreiras a formacao de bandas de cisalhamento e provocar retardos na propagacao da

trinca.
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Condigdo de Carga MNormal Baixa (P=227 N/mm)
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Figura 5.2 - Faixa de FIT AK, contra o diagrama K-T e a curva Limiar de El-Haddad (P =
227N /mm)

Ao analisar a Figura 5.2 pode ser observado que os valores para estimativa do tamanho
das trincas paradas utilizando o limiar de K-T apresentam boa correlacdo entre os dados
experimentais indicando que estimativas razoavelmente podem ser realizadas se apenas
o valor de AKI for contabilizado e utilizado como grandeza dominante do processo.
Como mostrado na secdo 4.3, o célculo da distribuicdo de discordancias considerando
apenas 0 modo | traz uma série de simplificacbes ao modelo, tornando a implementacéo
computacional do método muito mais facil e rapida em comparagdo modelo para trincas

inclinadas.

5.2.2. Pressao Normal alta

Ao avaliar os resultados onde a carga normal foi de 540N/mm é percebido que tanto o
uso do diagrama de Kitagawa-Takahashi, quanto limiar de El-Haddad produziram
resultados insatisfatorios, onde o Gltimo se mostrou ainda mais discrepante, exibindo

erros superiores a 100%.

78



Tabela 5.4- Resultados Trinca Perpendicular a Superficie e AK, (P = 540N /mm)

Resultados Trinca Perpendicular a Superficie e AK;

Carga Normal Alta 540 N/mm

Q bexp  bgw  bgr MKl AKlgy AK Iy ETTOEH Errokr

N/mm um MPavm %

206 - - - - - - - -
242 14 102 242 4,29 4,27 4,72 626 458
243 28 103 243 4,95 4,28 4,75 267 179
278 77 139 278 574 4,70 5,39 80 31
280 61 141 280 5,94 4,72 5,43 131 67
282 52 144 282 6,02 4,73 5,45 178 100
283 75 146 283 5,90 4,74 5,48 94 39

Como relatado por Fouvry et al. (2007), a discrepancia nos resultados para pressdo mais
alta ndo esta intimamente ligada ao diagrama K-T, mas sim na metodologia utilizada para
calcular o campo de tensGes e os valores de AK experimentais fundamentada num
comportamento elastico do material. Embora os erros apresentados na simplificacdo ao se
utilizar puramente o modo | de propagacdo e supor um crescimento perpendicular da
trinca tenham sido elevados, os resultados foram muito préximos ao obtidos ao se utilizar

0 modo misto de propagacdo ( AK,sf) e considerar a inclinagdo experimental.

A Figura 5.3 exibe graficamente o comportamento relatado na analise da Tabela 5.4. Os
pontos em amarelo indicam o valor da faixa do FIT no ponto equivalente ao

comprimento medido de trincas paradas.
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Condigdo de Pressdo Normal Alta (P=540 N/mm)
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Figura 5.3-Amplitude de FIT AKI contra a diagrama K-T e a curva Limiar de El-Haddad (P =
540N /mm)

Nota-se que os resultados para cargas tangenciais elevadas, onde as trincas param com
tamanhos maiores, ha uma pequena reducdo nos efeitos de plasticidade na ponta da
trinca. No entanto, o impacto da plasticidade se mostrou tdo generalizado que, mesmo
nestes casos, erros exibidos sdo sempre superiores a 30%. Assim, a aplicacdo de
modelos elasto-plasticos podem trazer ganhos significativos na previsdo do tamanho de
trincas paradas em condi¢fes de carga mais severas, porém, a dificuldade de se
trabalhar com modelos complexos, cujas propriedades materiais sdo de dificil obtencao,

e 0 custo computacional envolvido podem néo tornar essa alternativa tao atrativa.

Um resumo dos resultados para as duas condi¢fes de carga normal é obtido
confrontando os resultados dos valores de AK;,.,, contra as duas curvas limiares de
propagacéo exibidas na Figura 5.4. Os subscritos LP e HP se referem aos ensaios sobre
carga normal mais baixa e mais elevada, respectivamente. Nesse grafico a diferenca de
adequacdo da metodologia aos resultados experimentais obtidos para os casos de

pressdo normal mais alta e mais baixa pode ser visualizada.
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Comparativo dos Resultados
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Figura 5.4- Diagrama comparativo normalizado AK;, exp X b incluindo todas as condicOes de carga

5.3. Resultados para previsdo de parada de trincas curtas
considerando modo misto e 30°

Nos experimentos realizados por Fouvry, et. al (2007), ndo apenas 0s comprimentos
em que as trincas pararam de crescer foram medidos, mas também o angulo
preferencial de propagacédo foi determinado. Assim, € possivel avaliar a evolucdo da
faixa do FIT efetivo, AK, ¢, considerando os modos | e Il de abertura da trinca na
direcdo propagacdo. Esse procedimento permite uma avaliagdo mais realista do
comportamento trinca, pois, ao se utilizar o método de distribuicao de discordancias, o
campo de tensbes a ser anulado na face da trinca é mais proximo do valor real
experimentado. Os resultados exibidos nas tabelas Tabela 5.5 e 5.6 obtidas pela

avaliacdo da evolugdo de AK,sf calculado para trincas se propagando a uma angulagdo

6 = 30°, e tracado contra as curvas limiares de K-T e de E-H.
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5.3.1. Pressao Normal Baixa

Os resultados para a angulacdo 6 = 30°, Tabela 5.5, mostram comportamento muito
similar aquele observado ao considerar trinca perpendicular em modo I. Os erros
percentuais observados foram apenas ligeiramente menores que no caso anteriormente
estudado, isso indica que o uso da trinca perpendicular a superficie em modo | de
abertura realmente se torna uma boa estimativa do comportamento de trincas curtas

submetidas ao fretting, onde a direcdo de propagacao ndo é previamente conhecida.

Tabela 5.5- Resultados Trinca obliqua a 30° e modo misto (P = 227N /mm)

Resultados Trinca a 30° do eixo perpendicular a superficie e AK, s ¢

Carga Normal Baixa P= 227 N/mm

Q bexp  bew ber  BKerexp  OKeprgw  DKeppxr ) CEH erTokT
N/mm um MPavm %

90 0 - - - - - - -
98 0 - - - - - - -
126 24 44 36 3,20 3,20 3,25 85 52
137 29 56 44 3,53 3,46 3,55 92 53
144 31 62 49 3,73 3,63 3,74 101 58
146 52 65 50 3,79 3,68 3,80 24 -4
151 55 71 54 3,94 3,80 3,94 30 -1
164 65 90 65 431 4,12 431 39 -1
169 68 99 69 4,47 4,25 4,46 46 2

Na Tabela 5.5 pode ser notado tanto nos ensaios onde a carga Q aplicada é menor,
quanto nos ensaios onde a carga tangencial foi elevada uma melhor correlagdo entre o
tamanho previsto pelo limiar K-T e o tamanho experimental da trinca parada, onde o
erro relativo se mostrou inferior a 4%. Nestes mesmos casos, uso da curva limiar de E-
H, de um modo geral, sofreu uma queda no erro relativo, mas os erros ainda se situam
entre 24 e 46%. Para as situacOes de cargas tangenciais menores, onde as trincas séo

muito pequenas, erros superiores a 50% sao observado ao aplicar ambos os limiares.

A Figura 5.5 ilustra o comportamento conservador para as trincas que pararam em
tamanhos inferiores a 35um. Uma correlacdo quase perfeita é observada para trincas

paradas em tamanhos superiores a 50um. A proximidade entre as estimativas geradas
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pelas duas abordagens, uma considerando apenas a faixa AK; e trinca perpendicular e a
outra utilizando AK, s e angulacdo 6 = 30° corrobora a ideia de dominancia do modo |

de propagacdo da trinca, indicando ser esta uma boa aproximacdo para o0

comportamento da propagacéo de trincas curtas sob condicdes de fretting.

Condic8o de Carga Mormal Baixa (P=227 N/mm)

S[———r1 1 T T T T 1
ARty : : : : : : :

7L IFE S S S S S S
O Menee [ T
—— El-Haddad |; ! ! A S !

B I 1 e R SRR L St R A

T ] ] ] u
' ' ' ' -

AK_ Faixa do FIT [MPa.rml 2

0 20 40 60 B0 100 120 140 160 180 200
Comprimento da trinca, b [um)]

Figura 5.5 Amplitude de FIT AKeff contraa diagrama K-T e a curva Limiar de El-Haddad, para
trinca a 30° do eixo perpendicular a superficie (P = 227N /mm)

5.3.2. Pressao Normal alta

Como evidenciado na Tabela 5.6 0 uso da faixa do FIT efetivo para um angulo de 30 °
na condigdo de carga normal mais elevada forneceu erros relativamente inferiores aos
obtidos anteriormente, onde se considerou a trinca perpendicular a superficie.
Entretanto, ndo ha uma melhora significativa na correlacdo entre os valores de b, € de
bexp, ONde 0s erros encontrados ao aplicar as curvas limiares se situam acima dos 25%.

Tabela 5.6-Resultados Trinca obliqua a 30° do eixo perpendicular a Superficie e AK, -,
(P=540N/mm)
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Resultados Trinca a 30° do eixo perpendicular a superficie e AKef f

Carga Normal Alta 540 N/mm

Q bexp bEH bKT AKeff,exp AKeff,EH AKeff,KT erroEH erroKT

N/mm um MPavm %

206 a - - - - - - -

242 14 88 70 4,26 4,10 451 530 401
243 28 89 71 4,87 4,10 4,51 219 155
278 77 123 92 5,41 4,52 5,13 60 19
280 61 125 93 5,70 4,55 5,17 105 52
282 52 128 94 5,82 4,57 521 145 80
283 75 129 95 5,59 4,58 5,22 72 27

Condigdo de Carga Mormal Alta (P=540 N/mm)

Faixa do FIT [MPa.rm "]

- limiar K-T
| |
0 20 40 60 a0 100 120 140 160 180 200

Comprimento da trinca, b [um)]

Figura 5.6- Amplitude de FIT AK, ;- contraa diagrama K-T e a curva Limiar de El-Haddad (P =
540N /mm)

E interessante observar que as cargas tangenciais escolhidas para os testes poderiam ser
mais bem distribuidas, realizando-se incrementos de igual magnitude, bem como um
maior numero de ensaios. Os experimentos realizados com carga de normal elevada

foram realizados dois grupos, um primeiro com Q=242 e 243 N/mm, e segundo com
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quatro ensaios com carga Q entre 278 e 282N/mm. Dessa maneira, os valores
calculados da faixa do FIT em funcdo da evolugcdo do comprimento da trinca revelam
dois conjuntos de curvas muito proximas, logo, condi¢bes de carga tangencial a em
regimes intermediarios, por exemplo, Q=265 N/mm poderiam ser exploradas afim de

avaliar melhor o comportamento da metodologia.

Comparativo dos Resultados para uso AK_.. e 6=30°
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Figura 5.7- Diagrama comparativo normalizado AK, s ¢, X b, incluindo todos os casos
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5.4. Resultados para previsao dos angulos de nucleagdo e propagacéao
das trincas utilizando o modelo de plano critico

Para validar a metodologia proposta no presente trabalho foram utilizados dados
experimentais extraidos da literatura, Fouvry et. al (2007), nos quais o angulo de

propagacao das trincas foi medido e apresentou o valor de 8 = 30° + 3°.

Entretanto, em outras condi¢Ges de carregamento a angulacdo do plano preferencial
pelo qual a trinca ira se propagar é desconhecido, principalmente quando ha presenca da
carga remota de fadiga. Assim, nem sempre é possivel realizar testes para mensurar a
direcdo de crescimento das trincas previamente, tornando muito valoroso para aplicagéo
da metodologia de predicdo do tamanho de parada de trincas curtas que se utilize
alguma técnica capaz de realizar uma estimativa do angulo médio do plano de

propagacdo onde o valor de AK deve ser avaliado.

A aplicacdo da metodologia descrita na secdo 4.7 para predicdo do angulo de
crescimento foi realizada para cada uma das condi¢cfes de carregamento em dez pontos
equidistantes no eixo y, desde a raiz da extremidade anterior do contato até a distancia
critica, L = by/2. Os dados sdo apresentados nas tabelas Tabela 5.7 e Tabela 5.10. A
primeira exibe os resultados para a condicdo de for¢a normal mais baixa, 270 N/mm, a
segunda para a condicdo de forga normal mais alta, 540N /mm. Em cada um dos casos

sdo avaliadas todas as condi¢fes de carga tangencial.

O angulo ¢, que representa a inclinacdo entre o vetor normal ao plano critico e o eixo
z, resultou sempre em 90°, dado que o problema ocorre sob estado plano de
deformacdo. Na tabela acima, 6, representa angulo, no plano xy, entre o vetor unitario
perpendicular ao plano da méaxima tensdo cisalhante e o eixo x. Observa-se que 0
angulo 6 do plano critico é de 45° na extremidade anterior do contato, onde se inicia o
processo de nucleacédo da trinca. Isso se justifica pela presenca apenas da componente
de tensdo o, neste ponto, caracterizando um estado de tensdo uniaxial cuja amplitude

da tensdo cisalhante € igual a maxima tensdo normal atuante, ou seja, T, = 0y, 1max-
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Tabela 5.7- Angulo do vetor normal ao plano critico em fungo da profundidade y, a partir da
extremidade anterior do contato x = —a e da carga tangencial de fretting.

Angulo 6, entre o vetor normal ao plano critico e o eixo x (P=227N/mm)

Q [N/mm] 126 137 144 146 151 164 169

y[mm] theta_c1[graus]
0 45 45 45 45 45 45 45
8,5 36 36 36 36 36 37 37
17,1 32 32 33 33 32 34 33
25,6 29 30 30 29 30 30 30
34,1 27 27 28 28 28 28 28
42,6 25 25 26 26 26 27 27
51,2 23 23 24 24 24 24 24
59,7 21 22 22 22 23 23 23
68,2 19 21 21 21 21 22 22
76,8 19 19 20 19 19 21 21
85,3 17 17 18 19 19 19 20
Média de 6 26,6 27,0 27,5 27,5 27,5 28,2 28,2

A partir do ponto de nucleacdo, para todas as amplitudes de carga tangencial
aplicadas, nota-se uma reducdo gradativa na angulacdo entre plano critico. Esta
reducdo é mais acentuada na regido préxima a superficie de contato. Em y = b, /2,
que é a distancia critica definida pelo método do ponto, a inclinacéo do plano critico é
de aproximadamente 20°. A partir dos valores expressos na Tabela 5.7 construiu-se o
gréfico apresentado na Figura 5.8 onde séo tracados os resultados do angulo 6, contra
a profundidade y em relacdo a superficie, para a carga P = 227N /mm e para 0S

diferentes valores de carga tangencial Q.
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Figura 5.8- Variacdo do angulo g, do vetor normal ao plano critico em funcéo da profundidade
y = [0, by/2 ] para cada uma das cargas tangenciaise P = 227 N/mm

Os valores dos parametros que definem o plano critico, amplitude da tensdo
cisalhante e da maxima tensdo normal, sdo expressos na Tabela 5.8. E possivel
observar que a amplitude da tensdo cisalhante no plano critico cai em
aproximadamente um terco na distancia critica em relacdo ao valor na extremidade
anterior do contato, e que 0S acréscimos na carga tangencial provocam aumentos
praticamente proporcionais na amplitude da tensdo cisalhante. A maxima tensdo
normal atuando sobre o plano critico sofre uma queda ainda mais significativa
guando comparamos o valor experimentado na distancia critica com o encontrado

em (—a, 0) , sofrendo redugdo em até oito vezes quando Q = 126 N/mm.
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Tabela 5.8- Méxima Amplitude da tensdo cisalhante e Tensdo normal méxima atuando sobre o plano
critico na condi¢do de carga normal baixa (P=227N/mm)

Méaxima Amplitude da Tens&o Cisalhante tensdo normal maxima atuando no plano critico (P=227N/mm)

IN /%m] 126 137 164
y[um] Ta On,max T4 On,max T4 On,max Ta On,max Ta On,max Ta On,max T, On,max

MPa MPa MPa
0 322 321 | 336 335 | 344 344 | 347 346 | 353 352 | 368 367 | 373 372
8,5 235 218 | 248 235 | 257 245 | 259 248 | 265 256 | 279 266 | 285 272
17,1 205 178 | 218 196 | 226 201 | 229 204 | 234 217 | 248 223 | 254 237
25,6 184 149 | 197 162 | 205 173 | 207 181 | 213 183 | 227 202 | 232 210
34,1 168 124 | 180 141 | 188 148 | 190 151 | 196 158 | 210 177 | 215 184
42,6 154 104 | 167 121 | 174 128 | 177 131 | 182 138 | 196 153 | 201 160
51,2 143 88 | 155 104 | 163 112 | 165 115 | 170 122 | 183 141 | 188 148
59,7 133 74 | 145 88 | 152 98 | 154 101 | 160 105 | 173 123 | 178 130
68,2 125 62 | 136 75 | 143 84 | 145 87 | 150 94 | 163 109 | 168 115
76,8 117 50 | 128 64 | 135 72 | 137 77 | 142 83 | 155 96 | 160 102
85,3 111 41 | 121 55 | 128 63 | 130 64 | 135 71 | 147 87 | 152 91

Considerando que o fendmeno da fadiga ndo € controlado pelo estado de tensdo em um

unico ponto, mas sim pela solicitacdo em uma zona de processo, propde-se aqui avaliar

o0 angulo 6. médio a partir dos angulos calculados na superficie da extremidade anterior

do contato e L. A Tabela 5.9. relata o valor de 8, para cada condic&o de carga.

Tabela 5.9- Resultados para média aritmetica dos angulos entre y = 0ay = b,/2, para cada
condig&o de carga tangencial

Angulo entre o vetor normal ao plano critico e o eixo X (P=227N/mm)

Q [N/mm] 126 137 144 146 151 164 169

Média de 6, 26,6 27,0 27,5 27,5 27,5 28,2 28,2
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Baseado na observacdo de que a distancia critica representa um comportamento médio
do material na zona de processo, ndo é incorreto esperar que a média aritmética dos
angulos dos vetores normais aos planos criticos, calculados entre o ponto de nucleacéo
até a distancia critica, represente a indicagdo da orientacdo de um “plano preferencial”
propicio a propagacdo da trinca, e que este seja proximo ao observado
experimentalmente. De fato, 0 que se observa é uma boa correlagdo entre o angulo de
propagacdo medido experimentalmente e o angulo ficticio proposto, 8., considerado
como uma representacdo média do plano critico na zona de processo. Observa-se que 0s
valores 8, estdo praticamente inseridos da faixa de 30 + 3°, representando a variagio
média dos dados experimentais, e fornecem uma boa estimativa para orientacdo do

plano de propagacao.

Os mesmo procedimentos anteriores foram realizados para 0s ensaios conduzidos com

carga normal mais alta e sumarizados na Tabela 5.10.

Tabela 5.10-Angulo do vetor normal ao plano critico em funcéo da profundidade y, a partir da

extremidade anterior do contato x=-a e da carga tangencial de fretting

Angulo entre o vetor normal ao plano critico e o eixo X (P=540N/mm)
W /%m] 242 243 278 280 282 283
y[mm]
0 45 45 45 45 45 44
8,5 37 36 37 37 37 37
17,1 33 33 34 34 34 34
25,6 31 31 32 31 32 32
34,1 28 29 30 29 29 30
42,6 27 27 28 28 28 28
51,2 24 25 26 26 26 26
59,7 24 23 25 24 24 24
68,2 23 23 24 23 24 24
76,8 21 22 23 23 23 22
85,3 20 21 22 22 22 22

O que se nota, € um comportamento completamente analogo ao exibido para carga

normal mais baixa, porém, devido a maior magnitude das cargas aplicadas, é possivel
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verifica-se que o gradiente do campo de tensdes menos intenso, ver Tabela 5.11, onde,

tanto as cargas, quanto os angulo do plano critico possuem variacdo menor do que 0s

observados para a carga P = 227N /mm , nos mesmos pontos analisados.

Tabela 5.11- Mé&xima Amplitude da tenséo cisalhante e Tensdo normal méxima atuando sobre o plano
critico na condigdo de carga normal baixa (P=540N/mm)

Méxima Amplitude da Tens&o Cisalhante Atuando no plano critico (P=227N/mm)
e 242 243 278 280 282 283
y[mm] 7, On,max 7, On,max 7, On,max T, On,max 7, On,max T, On,max
MPa MPa | MPa MPa | MPa MPa | MPa MPa MPa MPa | MPa MPa
0| 446 445 | 447 446 | 478 477 | 480 479 | 482 481 | 482 498
8,5 | 337 315 337 326 | 368 354 370 356 | 371 358 | 372 359
17,1 | 298 267 | 299 268 | 329 299 [ 330 301 | 332 303 | 333 304
25,6 | 271 223 271 224 | 301 256 | 302 266 | 304 261 | 305 262
34,1 | 249 196 | 250 192 [ 279 225 | 280 234 | 282 236 | 283 230
42,6 | 231 165 | 232 166 [ 260 199 | 262 201 | 264 204 | 264 205
51,2 | 215 147 | 216 144 | 244 178 | 246 180 | 248 182 | 248 183
59,7 | 202 121 | 203 125 231 155 | 232 162 | 233 164 | 234 165
68,2 [ 190 102 | 191 103 | 218 136 | 220 142 | 221 140 | 222 141
76,8 | 180 88| 181 87| 207 119 | 209 121 | 210 123 | 211 127
853 171 73| 171 73 | 197 104 | 199 106 | 200 108 [ 201 109

Para os ensaios conduzidos sobre pressdo normal elevada foi calculada a média dos

angulos ao longo da linha entre a superficie da extremidade anterior do contato e a

distancia critica, mostrada na Tabela 5.12.

Tabela 5.12 - Resultados para média aritmetica dos angulos entre y = 0ay = b, /2,
condig&o de carga tangencial

Angulo entre o vetor normal ao plano critico e o eixo X (P=540N/mm)

Q [N/mm]

Média de 6,

242
28,5

243
28,6

278
29,6

280
29,3

282

283

29,5

29,4

para cada
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Figura 5.9- Variacao do angulo g, do vetor normal ao plano critico em funcéo da profundidade
y = [0, by/2 ] para cada uma das cargas tangenciais e P=227 N/mm

Baseado na analise acima sdo propostas mais trés avaliagdes do tamanho das trincas

curtas paradas em trés angulos previamente definidos:

6 = 45°. — Angulo que representa o plano critico no ponto de nucleagio da

trinca (extremidade anterior do contato).

6 = 6.(—a,L) — Angulo do plano critico na distancia critica a partir da

extremidade anterior do contato.

6 = 6, — Angulo médio representativo do plano critico na zona de processo.

Assim, sera possivel avaliar como os resultados se comportam para cada tipo de

predicdo do angulo de propagacéo e avaliar a aplicabilidade de cada conceito.

5.4.1. Resultados para previsdo do tamanho de parada de tricas curtas
utilizando os angulos de propagacéao indicados pelo Plano Critico

A partir da analise de plano critico, a faixa do fator intensidade foi recalculada considerando

0S

angulos propostos e novas estimativas foram realizadas para cada condicdo de

carregamento. A apresentacdo dos resultados € realizada nas tabelas Tabela 5.13 e Tabela
5.14.
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Tabela 5.13- Resultados para estimativas do tamanho das trincas paradas e utilizando os angulos
sugeridos pela analise de plano critico e condigéo de carga normal baixa (P = 227N /m).

Resultados Carga Normal Baixa 227 N/mm

6 = 45°. — Angulo que representa o plano critico no ponto de nucleac&o da trinca

Q bexp  bgw  bgr MKl AKlgy AK Iy ETTOEH Errokr
N/mm um MPavm %
126 24 39 33 3,09 3,02 3,08 61 38
137 29 47 39 3,39 3,23 3,35 61 34
144 31 51 43 3,57 3,38 3,51 65 39
146 52 53 44 3,43 3,40 3,56 3 -15
151 59 57 47 3,55 3,51 3,68 3 -15
164 65 68 56 3,81 3,73 3,97 5 -14
169 68 72 58 3,92 3,82 4,10 7 -15

6 = 6. (—a,L) — Angulo do plano critico na distancia critica a partir da
extremidade anterior do contato

Q bexp . bew  bxr MKl AKlgy AK Ly ETTOEH Errokr
N/mm um MPavm %
126 24 60 44 3,33 3,58 3,56 150 85
137 29 80 54 3,70 3,96 3,94 177 88
144 31 93 60 3,90 4,16 4,15 199 94
146 52 94 60 4,15 4,17 4,17 80 16
151 55 108 66 4,32 4,36 4,35 97 19
164 65 186 81 4,78 5,06 4,84 186 25
169 68 258 86 4,92 5,47 4,97 279 26

6 = 6. —Angulo médio representativo do plano critico na zona de processo.

Q bexp . bew  bxr MKl AKlgy AK ey ETTOEH Errokr
N/mm um MPavm %
126 24 48 38 3,23 3,26 3,31 99 57
137 29 59 45 3,56 3,54 3,62 103 57
144 31 67 50 3,76 3,70 3,81 116 61
146 52 69 52 3,86 3,76 3,86 33 0
151 55 76 56 4,02 3,89 4,01 38 1
164 65 96 67 4,39 4,21 4,38 48 3
169 68 107 71 4,55 4,35 4,53 58 5
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Ao calcular os valores de b,ge AK,ff s Utilizado os angulos de propagacdo da analise
de plano critico e comparar aqueles computados utilizando o angulo de propagacéao
medido experimentalmente, verifica-se que a utilizacdo de 8, = 45°, angulo do vetor
normal ao plano critico na extremidade anterior do contato, fornece resultados nédo
conservadores, subestimando tanto a extensdo das trincas paradas, quanto o valor da
faixa do FIT efetivo atuando na ponta da trinca. Apesar do processo de iniciacdo da
trinca ocorrer neste local, hd um rapido decaimento no valor da angulacdo do plano
critico a medida que a trinca evolui para o interior da regido de contato, ver Figura 5.8.

Dessa maneira este angulo ndo se mostra muito representativo ao processo em analise.

Ao se avaliar os resultados obtidos utilizando angulo do plano critico distancia critica,
ponto (—a, L), € notado um conservadorismo elevado, principalmente no que se refere
as estimativas para as trincas com menos de 50um de extensdo. Os erros envolvidos
na estimativa do tamanho das trincas paradas para as trincas com extensées maiores que
50um, que para 8 = 30° eram inferiores a 5%, chegaram a 26%, indicando esse método

de prever a direcdo de propagacéo da trinca é inadequado.

Um cenério bem mais promissor é apresentado pelas previsdes realizadas utilizando o
angulo 8., o qual representa um comportamento médio na zona de processo. Como a
variacdo entre 8, se mostrou muito proxima ao valor da inclinagdo do plano de
propagacdo experimentalmente medido, as estimativas realizadas por esta abordagem

foram praticamente as mesmas observadas para 6 = 30°.

A Figura 5.10 (d) mostra um comparativo geral entre os valores da faixa de FIT

experimental, AK,g,, fornecidas por cada um dos métodos desenvolvidos para a

sp
condi¢do de carga normal P = 227N /mm. Nota-se que as metodologias utilizando a
faixa do FIT calculada em modo | e trinca perpendicular, FIT efetivo e inclinacéo
0 = 30°e 8 = O, forneceram resultados muito préximos, onde o primeiro se mostrou
um pouco mais conservador. Para os casos onde o angulo de inclinagdo 6 = 45° tanto a
faixa do FIT efetivo experimental quanto o tamanho da trinca parada foram
subestimados. Em contraponto, os resultados para 8 = 6.(—a, L) superestimaram 0S

valores de AK, .p Para os tamanhos das trincas paradas medidos experimentalmente.
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Figura 5.10 — Resultados das avaliacbes para
carga normal baixa (P =227 N/mm) do
tamanho das trincas curtas paradas para os trés

angulos sugeridos na analise do plano critico.

(@) Evolucdode AK,(; x b parad = 45°;

(b) Evolucdo de AK.;r X b para 6=
6.(—a,L), angulo do plano critico em
y=bo/2;

(c) Evolugdo de AK,;; xb para 6 =4,

medias dos angulos de plano critico ente
y=0y=by/2;
(d) Gréfico comparativo com 0s resultados
fornecidos pelas diferentes abordagens
utilizadas no célculo do fator intensidade de

tenséo na ponta da trinca.
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Ao se comparar os resultados das trés diferentes formas de se estimar a direcéo
preferencial de propagacio das trincas, a utilizagdo do angulo 8, forneceu resultados
mais coerentes apresentando erros inferiores na ordem de 5% para os ensaios utilizando

carga normal inferior.

Para condicdo de carga normal superior P = 540N/mm as estimativas de
best® AK,ff s Calculadas utilizando os angulos de propagagdo da analise de plano
critico com o angulo 6, = 45°, subestimou tanto a extenséo das trincas paradas, quanto
o0 valor da faixa do FIT efetivo atuando na ponta da trinca em relacdo aos resultados

obtidos aplicando o angulo experimentalmente medido.

Os resultados obtidos utilizando 6.(—a, L) para determinacdo do AK,rr se mostrou

muito conservador dos métodos, onde os erros observados foram praticamente duas

vezes maiores gque 0s apresentados pelas estimativas realizadas com 8 = 30°

As previsdes realizadas utilizando o dngulo 8, apresentaram resultados muito parecidos
aos obtidos considerando o angulo experimental, 6,,,=30°.Como os dois angulos, 0. e
BOexp, POssuem valores muito proximos, os mesmo problemas de adequagdo da
metodologia e divergéncia nos resultados para regido sob acdo de plasticidade
observados utilizando apresentados nos resultados aplicando 6,,, ocorrem ao se utilizar

0=20,.

A Figura 5.11- Resultados das avaliagdes para carga normal alta (P = 540 N/mm) do
tamanho das trincas curtas paradas para os trés angulos sugeridos na analise do plano
critico.(d) mostra um comparativo geral entre os métodos de determinacdo da faixa de

FIT experimental, AK, Nota-se que as metodologias utilizando a faixa do FIT

spr-
calculada considerando modo | e trinca perpendicular, FIT efetivo e inclinagdo 6 =
30°e 8 = 0, forneceram resultados muito proximos, onde o primeiro se mostrou um
pouco mais conservador. Para os casos onde o angulo de inclinagdo foi considerado
6 =45°e 8 =60.(—a,L), tanto a faixa do FIT efetivo experimental quanto o tamanho
da trinca parada foram apresentaram erros elevados, sendo que a primeira subestimou 0s
valores da faixa do FIT, enquanto o seguido os superestimou demasiadamente. Isso

sugere que essas estimativas para o angulo de propagacao ndo séo adequadas .
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Tabela 5.14-- Resultados para estimativas do tamanho das trincas paradas e utilizando os angulos
sugeridos pela analise de plano critico e condigéo de carga normal baixa (P = 540N /m).

Resultados Carga Normal Alta 540 N/mm

6 = 45°. — Angulo que representa o plano critico no ponto de nucleacéo da trinca

Q Dexp b ber  MKlpy  AKlgy AL STTOEH €TTOKT
N/mm um MPavm %
242 14 71 61 4,12 3,77 4,17 409 337
243 28 71 61 4,72 3,80 4,20 155 119
278 77 90 76 4,66 4,11 4,71 17 -2
280 61 92 77 5,23 4,13 4,72 50 26
282 52 93 78 5,48 4,15 4,74 78 50
283 75 93 78 4,90 4,18 4,77 24 4
RO = 6. (—a,L) — Angulo do plano critico na distancia critica a partir da
extremidade anterior do contato
Q Dexp b ber  OKlgy  AKlgy MKl 6TTOEH CTTOkT
N/mm um MPavm %
242 14 130 86 4,29 4,61 4,98 827 514
243 28 124 85 4,97 4,55 4,94 343 203
278 77 222 111 5,93 5,33 5,64 188 44
280 61 223 113 6,05 5,39 5,68 266 85
282 52 223 114 6,09 5,44 5,73 329 119
283 75 224 115 6,07 5,47 5,75 199 54
6 = 6, —Angulo médio representativo do plano critico na zona de processo.
Q Bz ben ber Kl OKlgy MKl CTTOEH ETTOkT
N/mm um MPavm %
242 14 92 72 4,26 4,15 4,55 554 417
243 28 93 72 4,88 4,15 4,57 231 159
278 77 124 93 5,43 4,55 514 61 20
280 61 129 94 5,72 4,58 521 111 54
282 52 130 95 5,84 4,60 5,23 150 83
283 75 132 96 5,62 4,61 5,25 76 28
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Figura 5.11— Resultados das avaliacbes para
carga normal alta (P =540 N/mm) do
tamanho das trincas curtas paradas para os trés
angulos sugeridos na analise do plano critico.

(2) Evolucdode AK,;r x b para® = 45°;
(b) Evolucéo de AK.;r X b para 6=
8.(—a,L), éngulo do plano critico em

Y =by/2;

() Evolugdo de AK,;;xb para 6 =g,
médias dos angulos de plano critico ente

y=0y=be/2;

(d) Gréafico comparativo com os resultados
fornecidos pelas diferentes abordagens
utilizadas no calculo do fator intensidade de

tenséo na ponta da trinca.
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5.5. Fator de Bazant

Em todos os casos avaliados notou-se uma boa adequacédo da curva limiar de Kitagawa-
Takahashi aos dados experimentais, enquanto que o limiar de EIl-Haddad para
crescimento de trincas curtas levou a resultados extremamente conservadores. Essa
observacao poderia sugerir erroneamente que em condicdes de fretting o uso da curva
limiar de K-T é sempre mais indicado. Porém, como mostrado na sesséo 4.6.2, Dini e
Nowell (2006) mostraram o maior adequacao ao introduzir a curva limiar de E-H para
avaliar os mesmos conjuntos de dados utilizados por Aradjo e Nowell (1999), onde as
previsdes foram realizadas utilizando o diagrama K-T como limiar de propagacdo. Cabe
ressaltar que os ensaios avaliados por Dini foram conduzidos com espécimes fabricados
em ligas de aluminio e de titanio, Al 4%Cu e Ti6Al4V, respectivamente, enquanto tos
ensaios aqui analisados foram realizados utilizando uma liga aco baixo carbono e com

baixa resisténcia no caso do corpo de prova plano.

A aparente dicotomia entre os resultados evidenciados nos dois trabalhos esta
intimamente ligada ao comportamento de trincas curtas no material empregado em cada
caso. A curva limiar de El-Haddad pode ser entendida como um ajuste a zona de
transicdo entre os regimes de trincas curtas e trincas longas, e suas forma foi proposta
para melhor acomodar os dados experimentais nos quais sua pesquisa se baseou.
Entretanto, esta é apenas uma das curvas possiveis para realizar o ajuste, indicando que
uma forma mais geral poderia ajustar o grau de “sensibilidade” do material a transicao
de regime de crescimento de trincas. Bazant (1977) prop6s o uso de um fator de ajuste y
aplicado a equacdo de E-H, tido como uma propriedade do material, o qual introduz

uma flexibilidade do comportamento na zona de transicao

]'1/ ¢ (5.1)

MKy (b) = MK, [1+ (bo/b)?

nota-se que quando y = 2 a equagado se resume aquela proposta por El-Haddad.
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Figura 5.12- Transi¢&o entre o regime de transi¢do entre os limiares de propagacéo de trincas curtas e
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bo
b

longas em funcdo da razéo (

ivel a

-se mais sensive

Pela equacdo 5.1 a medida que o fator y aumenta o material torna

transicdo, tendendo a se assumir comportamento préximo a curva limiar de K-T.

Entretanto, um fator gama inferior a dois, indica que o material possui uma transicao

suave entre os dois regimes de propagacao de trincas. A Figura 5.12 exemplifica alguns

casos de como o fator de ajuste altera o comportamento do limiar de propagacédo em

relacdo as curvas limiares de K-T e de E-H.

Como o fator de Bazant do aco utilizado por Fouvry et al. (2007) n&o é conhecido, 0s

diagramas das figuras Figura 5.10 (d) e Figura 5.11(d) foram plotados novamente,

apenas a titulo de comparacdo, introduzindo uma curva limiar com fator de Bazant

da curva limiar modificada a curva de K-T na

ao

4. Nota-se uma grande aproximag

’)/:

zona onde os resultados experimentais se concentram, sem, no entanto, que uma

transicdo muito aguda seja introduzida para trincas maiores. Assim, 0 modelo de limiar

de propagacéo de trincas curtas mais indicado a fadiga por fretting é aquele que melhor

corresponder as caracteristicas do material.
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Figura 5.13- Introdugéo do fator de Bazant y = 4 a curva de E-H; (a) Resultados para carga P =
277N /mm; (b) Resultados para carga P = 540 N/mm
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6.CONCLUSOES

Ao avaliar os resultados obtidos pelas diferentes metodologias propostas e analisadas no
presente trabalho € possivel verificar certos aspectos relevantes a aplicacdo da

metodologia de trincas curtas paradas ao problema de fretting.

Primeiramente, foi possivel observar que a simplificacdo introduzida ao considerar
propagacao perpendicular da trinca a superficie e contabilizar o efeito da faixa de FIT
em modo | pode fornecer bons resultados quando ndo se sabe a priori 0 angulo de

propagacao a se considerar.

Uma alternativa ainda mais precisa foi evidenciada ao se utilizar previsfes considerando
modo misto e angulo de propagacdo igual a média dos angulos para planos criticos
calculados entre a superficie da extremidade anterior do contato e a distancia critica L.
Onde resultados muito préximos aos obtidos pelo angulo medido experimentalmente

foram gerados.

Estimativas de tamanho de trincas paradas considerando os angulos de propagacao iguais
ao do vetor normal ao plano critico calculado na superficie ou na distancia critica da
extremidade anterior do contato ndo forneceu bons resultados, onde os valores da faixa do

FIT foram subestimados no primeiro caso, e superestimados para o segundo.

A anédlise comparativa entre as curvas limiares de propagacdo de trincas curtas de
Kitagawa-Takahashi e de ElI Haddad indicou uma melhor adequacdo da primeira aos
dados experimentais, resultado oposto ao indicado por Dini et al. (2006) ao avaliar
testes com aluminio. Isso indica que o comportamento do material em estudo pode
exerces forte influéncia sobre qual modelo utilizar. Entretanto, o fator de correcdo de
Bazant aplicado sobre a curva limiar de El Haddad se mostra uma importante
ferramenta, para qual o comportamento de diversos tipos de materiais mais menos
sensiveis a zona de transicdo de regime de trincas curas pode ser ajustado. Um
inconvenientemente para 0 uso do ajuste de Bazant, € que se torna necessario conhecer

previamente mais uma propriedade material.

Foi observado também que a plastificagdo proxima a zona de nucleacdo tem papel
crucial na aplicabilidade do modelo utilizado de determinacdo do fator intensidade de
tensdo na ponta da trinca, onde tanto a solugdo hertziana do campo de tensdes de

cilindros em regime de escorregamento parcial, quanto o metodo de distribuicdo de
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discordancias sdo construidos sobre os fundamentos da elasticidade. Esse fato introduz
inadequacOes do modelo ao tentar prever a parada de trincas curtas quando as cargas se
tornam elevadas e um alto nivel de plasticidade é esperado.
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7.SUGESTOES DE TRABALHOS FUTUROS

Como forma de aprofundar os conhecimentos no tema em questdo e melhor avaliar a
aplicabilidade do método de parada de trincas curtas na previsao de falha em fadiga por
fretting, é indicada a ampliacdo do programa experimental, introduzindo um maior
numero de testes para caracterizar o comportamento do método em diferentes regimes
de carga. Além disso, ao ampliar o espaco amostral maior confiabilidade é introduzida
aos resultados.

Avaliar o comportamento da metodologia em testes cujas cargas minimizem o efeito da
plasticidade na regido do contato. Isso pode trazer esclarecer melhor a acomodacdo dos
resultados experimentais as previsdes realizadas nos testes com carga normal mais
baixa. Sugere-se ainda 0 uso de testes com e sem aplicacdo da carga remota de fadiga,
de forma a possibilitar uma andlise quantitativa sua influéncia no processo de evolucéo

das trincas.

A introducdo de conceitos de plasticidade a analise sob regimes de carga mais elevado,
talvez via Método de Elementos Finitos, cuja aplicacdo tem se tornado mais acessivel
com o avango dos computadores. Avaliaces comparativas entre 0s métodos podem
esclarecer algumas das inadequacdes observadas ao se utilizar o método de parada de

trincas curtas nos casos de carga normal elevada.

Novas investigacdes utilizando diferentes tipos de materiais, possibilitando um melhor
entendimento do comportamento das trincas curtas em relacdo aos diagramas limiares
de Kitagawa-Takahashi e de El Haddad, bem como a adequacdo do coeficiente de

Bazant para ajustar o comportamento destes matérias.

Outra possibilidade de continuidade desse trabalho é adotar outras formulag6es da TDC,
tais como: 0 Método da Linha e o Método da Area, com o objetivo de verificar qual das
mesmas oferece melhor acurécia e eficiéncia nos dados estimados em relacdo aos dados
experimentais para obtencdo do plano preferencial de propagacdo das trincas. Ao
utilizar a média dos angulos de propagacdo ao longo da distancia critica L para
determinar a direcdo de crescimento das trincas bons resultados foram obtidos. Porem,
analises mais detalhadas e numa maior variedade de condig¢Oes de carregamento devem

ser realizadas para corroborar o uso deste método.
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Anexo |

A.1 Definicao de Vetor e Tensor Tensao

Considera-se o corpo material Q em equilibrio submetido a forcas externas, é possivel
tomar o plano de corte O, que divide o divide em duas se¢fes. Ao analisar a se¢éo I,
Figura 8.1 é verificada a existéncia de forgas entre as particulas do proprio corpo para
que as forcas externas sejam equilibradas, estas sdo chamadas forcas internas.
Assumindo que as particulas que compdem o material sdo suficientemente pequenas ao
passo que seja possivel considera-lo um meio continuo, é tomado o sobre o ponto P 0
elemento de area AA, que pertence a superficie f < 0, com normal unitaria n. A forga

interna AF atua sobre o ponto P em todo o elemento de area AA.

F,

Figura 8.1- Forcas externas atuando sobre um corpo material e um plano S passando pelo ponto P

Como consequéncia das hipoOteses anteriores, fazendo-se AA infinitesimalmente
pequeno, ou seja, AA — 0, é possivel definir o vetor tensdo t, como:

AF

—_ 8.1
A:lr—I;IO AA 81)

A magnitude do vetor t depende tanto da posi¢do do elemento de &rea, quanto da

orientacdo do plano de corte, portanto,
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t=t(P,n) (8.2)

Baseado na equacéo (8.2), se 0 vetor posicdo P é dado, t depende unicamente de n,

assim é definida a transformacéo linear T tal que:
t,=Tn (8.3)

Tome agora um tetraedro infinitesimal separado do corpo no ponto P como mostrado na
Figura 8.2. O vetor normal a face PAB aponta na direcdo negativa do eixo x, ou seja,
n(AA,) = —n,, dessa forma esta face é denominada uma face x negativa. O vetor
tensdo atuante sobre esta area é denotado por t_, e a forca por ele provocada é dada

por: F =t_,AA,

Figura 8.2- Tetraedro infinitesimal sob a acdo dos vetores tensdo

De maneira analoga, as forcas resultantes da atuacdo dos outros vetores tensdo nas
outras faces podem ser determinadas. Para satisfazer a condi¢do de equilibrio, o

somatorio de todas as focas deve ter resultante nula, assim:
z F = t,AA, + t_,AA, +t_,AA, +t_,AA, =0 (8.4)

Tomando o vetor unitario normal a face ABC,n =n,i+n,j+n,k, as areas
infinitesimais AA,, AA,, e AA, se relacionam com AA,, pela equagaoAA; = n;AA,, alem

disso t_; = —t; , logo:
th = Nyly +nyt, +nyt, (8.5)

Lembrando que cada vetor na equacao(8.5 possui uma componente em cada direcao dos

eixos coordenados, podemos explicitar todas as componentes do vetor t,,
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Cox = Ny lyy + nytyx +n,t,,
tny = Nytyy + Nytyy, +N5t5 (8.6)

thx = Nylyy + nyt,, + n,t,,

Deve ser recordada a definicdo matematica de que um tensor T é uma transformacao
linear que transforma um vetor em outro. Tomados 0s vetores unitarios e,, e,, e; COMO

0s vetores unitéarios nas direcdes x, y e z, sobre a atuacdo de T eles se tornam:

Te,- = Tliei + Tziei + T3ie,- = Tﬁei (87)
Logo,

Tij = ei.Te]' (88)

Portanto, aplicadas as equacdes (8.6 em (8.8, renomeando o tensor T como o e suas

componentes T;; COMO oy, Segue:

Oxx ny Oxz
tn = ny Uyy Uyz n=on (89)

Ozx Gzy Ozz
A equacdo acima representa o teorema de Cauchy, e o tensor ¢ é chamado Tensor
Tensdo de Cauchy. Nota-se que cada componente de o possui dois subindices, 0
primeiro indica o plano de atuacdo da tensdo, e o segundo a direcdo da componente de
tensdo. Como mostrado na equacdo (8.5 o vetor tensdo t, € formado por trés
componentes, uma na direcdo normal a superficie de atuacdo e duas na direcdo

tangencial, ver Figura 8.3.

v

Figura 8.3- Vetor unitério n referenciado em um sistema de coordenadas Oxyz e pela suas
coordenadas esféricas 6e ¢ .
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A componente normal a superficie a,, pode ser obtida projetando o vetor t,, na direcéo
n, equacdo (8.10. A componente tangencial T € encontrada ao subtrair o, de t,,

equacdo(8.11.
o, = (t,-n)n (8.10)
T=t,— 0o, (8.11)

Para que o elemento de tensdo permaneca em equilibrio os momentos das componentes
de tensdo cisalhantes devem se cancelar, assim, demonstra-se quUe Oy, = 0yy; Oy, =
Ozx; Oyz= Ozy. Devido a simetria de o, € possivel caracterizar um estado de tensdo

completamente por meio de seis componentes independentes.
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Anexo I1

A.2 Regras de transformacéao para Discordancias

Para se calcular o valor das funcdes de influéncia, Ggjz(sk, ), no sistema (X,3)
orientado na direcdo da trinca e necessario seguir uma sequéncia de transformacdes de

coordenadas.

x = Xcos(6) y=(2-¢)sin6

N —
/]

_ y

> | 2

% | ¢

S

&

Il

%

b Trinca inclinada
na superficie

&

Primeiramente, para se calcular Gz (sk,7;) € necessario determinar-se o valor de
Gyxx(x,y;€), NO sistema coordenado global, portanto € necessario que a para cada

(s, 1) 0s valores de (x;, y;; ¢;) no sistema global. Assim:

£ = (r; + )b (A.1)
2

NG (12)
2

Conhecidos o ponto de (9? é) e de integracdo pode ser calculadas coordenadas no
sistema global (x,y,§) e seus valores introduzindo nas equagdes da tabela A.1 onde

serdo calculados os nucleos de discordancias Gy (x, y; §)

x=(&)cos; y=(2—§)sinf; &=~Ecosh (A.3)
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Por fim, é necessario apenas realizar transformacéo linear dada pela equacdo (A.4). e

Segundo essa sequéncia de transformacdes e todos os valores de G;;; (s, 7;) poderdo ser

determinados

_Gxxx_
I[Gaeﬁﬂl Guyy
Gyoo G
| Y7V = 4 G""y (A.4)
[foyJ YXX
Gyzg Gyyy
_nyy_
onde A é uma matriz transformacao de terceira ordem dada por:
+sin? 6 cos 6 +cos® 6 — cos 0 sin 26 sin® 6 sinfcos?f —sin® sin26 (A.5)

—sin3 0 —sinfcos?6 +sinfHsin260 +sin?6 cosH cos3 0 —cos@sin 260
—sinfcos?6 +sinBcos?O +coshcos20 —sin?Bcosh sin?Hcosfd +sinf cos 20
+sin?0cosf® —sin?Ocosf —sinBcos20 —sinBcos?f sinfcos’H +cosb cos26
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Tabela A.1 - Nucleos de discordancias e um semi-plano

_ 2 4(x—f)2 2 4(x+€)2 8¢(x+ &) 325(x+§)3 852 3252(x+€)2 (A.6)
I A e S S
o - 2 4(x—8)?% 2 4(x+&)? 24&(x+¢&) 328(x+ &) 8% 328%(x+¢&)? (A7)
_ 2 =8 4(x—8)® 2(x+&) 4(x+8)° 4& 328(x+ 8% 328(x+ O 248%(x+¢&) 328 (x+¢)° (A.8)
e {_ % i r " e - Ty - E i Ty - Tzé - Ty " 7’26
{ 2 —&8) 4(x =83 2(x+&) 4(x+8)° 4¢ 168(x+8)?* 328(x+)* 248*(x+ &) 328 (x 4+ 5)3} (A.9)
Gyxx =)~ 7+ 7 + 2 7 -2 2 + 6 + 7 - 6
r T Ty T, Ty T, T, T, T,
o - 6(x—¢&) 4(x—8)3% 6(x—¢&) 4(x+8&)3° 4& 328(x+8)?* 328(x+)* 248*(x+¢) N 328%(x + 5)3} (A.10)
yyy — { 7”12 - 7,14 - rzz + r24 - r_zz + r24 - r26 - r24 r26
2 4(x—8?% 2 4(x+8&? 8&(x+&) 328(x+&)3 882 328%(x+ &)? (A.11)
Gy = {_ E ¥ 6y ¥ E - ' - ry ¥ y * Ty - Ty }
= (x—§)?*+y? (A.12)

Onde :
= 24y
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Anexo III

A.3 Programas computacionais utilizados nos céalculos do fator

intensidade de tensao

Rotina para entrada e saida de dados e graficos

SR
#FHHH#H
%# This Program Gives the structure of the dada input and the body

=+

o

# of the steps calculation for dislocation

=

SHAFFHF A o 4
#HHH4

clear all;

close all;

clc;

disp ('************************************************************ ')
disp('* Célculo dos Fatores de Intensidade de Tensé&o em Modo I 1)
disp('* e Modo II na Superficie Contato Cilindro-Plano em Regime *'")
disp('* Escorregamento Parcial *1)
disp('* *1)
disp('* Metodologia Método de Distribuicdo de Discordéncias 1)
diSp('* *v)
disp('* (c) Campos, E.R. - Universidade de Brasilia - UnB 1)
disp('* Ultima versdo: 25/10/2013 * 1)
dlSp ( '************************************************************')
disp(' ")

$Input Constantes do Material

E =200000; %$Yorg Modulus [Mpa]
DKth=7; %$DKThreshold [MPa.m”"1/2]
v =0.3; %$Poisson [--]

$Input Numerical discretization parameters

nt=2; $Number of time steps [—-1]
nb=300; %Number of crack increments [--]
N =40; %$DKThreshold [—-1

o
°

$Fretting input Independent Parameters

Pl =[227 227 227 227 227 227 227 227 227 540 540 540 540 540 540
54071 ;

Q1 =[ 90 98 126 137 144 146 151 164 169 206 242 243 278 280 282

28371;

Q P1=0Q1./P1;

b exp= [ O 0 24 29 31 52 55 65 o638 0O 14 28 77 61 52
751*1e-3;
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for m=3:1length (P1)

Q P=Q P1(m); %Tangencial adms for P

SBm=0; %$Bulk Stress [MPa]
SBa=0;

R =40; %$Par radius [mm]
A=4* (1-v"2) /E; %$Elastic Constant

K=1/R; $Equivalent Radius

a=sqrt (2*P1 (m) *A/ (pi*K)) ; $Semi-Width of the
contact

Po = 2*P1l(m)/ (pi*a); %$Pick Pressure [MPa]

f =0.9; $Friction Coefficient [--]

O =(30)*pi/180; %$Angulacdo da Trinca [graus]
P=pi*K*a”2/ (2*A) ; $Normal Load in Pad

$Step time calculation (sinusoidal ciclic load [rad])

t i=0; $Initial Time [rad]

t f=2*pi; $Final Time [rad]

dt = (t_f-t i)/ (nt-1); $Length of Time Step [rad]

tl=[pi/2 3*pi/2];%t i:dt:t f;[pi/2 3*pi/2]% $Time array
(1) index [rad]

o

o
20000000000000000000000000000000000000900000000000000000000000000000000
OOO0OOOO0OOOO0OOOOODOOOOOOOOOOODOOOOOOOODOOODOOOOOOOOOOOOOODOOOOOOOOODOOOOOOOOOOO™©
20000

(SR RNe e ye]

% pardmetros materiais

sY = 350; % tensdo de escoamento (MPa)

s 1 = 270; % limite de fadiga axial R = -1 (MPa)

-1 (MPa m*1/2) - estimado como 2x
livro do Anderson e Kujawski 2001 IJF)

% limiar de propagacgdo R
o valor de DKth 01 (ref.
DKth 7;

comprimento de transigdo do regime de trincas curtas para o de

trincas

% longas

b0 = (1/pi) * (DKth/(s_1*1.12))72 * 1073; % (mm)

% calculo do comprimento de transicdo do regime de trincas curtas para
% o de trincas longas adimensionalizado

b0 a = b0/a;

%Crack increment calculation

b i= 5e-3; $Initial Crack Length [mm]
b f= 2*b0; %$Final Crack Length [mm]
db = (b_f—b_i)/(nb—l); %Crack Increment Length [mm]
bk= (b_i:db:b_f); %Crack Legth array [mm]

$Method Implementation

KI=zeros (nb,nt);
KII=zeros (nb,nt);

$Allocation memory Matrix
$Allocation memory Matrix
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KIminimo=zeros (1, nb); %$Allocation memory Matrix

KImaximo=zeros (1, nb) ; %$Allocation memory Matrix
KImin=zeros (1l,nb); %$Allocation memory Matrix
KImax=zeros (1,nb); %$Allocation memory Matrix

for k=1l:1length (bk);

b=bk (k) ;
for 1=1:length(tl);
t=tl(1l);
[KIi,KIIi] = sif(N,b,O,R,E,v,Po,SBm,SBa,Q_P,f,t);

KI(k,1)=KIi;
KII (k,1)=KITIi;

end
$Storage the value of Kmin and Kmax for each crack increase

KIminimo (k)=min (KI (k,:));
KImaximo (k)=max (KI (k,:));

KImin (k)=min (KI(k,:));
KImax (k)=max (KI(k, :));

KIImin (k)=min(KII(k,:));
KIImax (k)=max (KII(k,:));

%$Test close condition for crack KI mode

if KIminimo (k) < O
KImin(k) = 0;

else
KImin (k)=KIminimo (k) ;
end

if KImaximo (k) < O

KImax (k) = 0;
else
KImax (k) =KImaximo (k) ;
end
end
% DK range calculation for each mode
DKI = (KImax-KImin);
DKII = (KIImax-KIImin);
% DK effective for mode I and II combination
DKeff= ((DKI.*DKI)+ (DKII.*DKII)).”(0.5);

b KT=linspace(b_i,b f,nb);
KT=zeros (1, length (b _KT)) ;
EH=zeros (1, length (b _KT));
for ii=l:length (b_KT)
EH(ii)=DKth*sqrt (b KT (ii)/ (b KT (ii)+b0));
if b KT (ii)<=bO0;
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KT (1i)=DKth*sqrt (b KT (ii)/b0) ;
else
KT (ii)=DKth;
end
end

Erro EH=(DKeff-EH) /max (EH) ;
Erro KT=(DKeff-KT) /max (KT) ;

kl1=1;

while abs(Erro EH(k1l))>1.01*min (abs (Erro EH))
k1l=k1+1;

end

k11 (m)=kl;

b_eh (m)=bk (k1) ;

DKI eh(m) = DKI (k1);
DKII eh(m) = DKITI (k1);
DKeff eh(m)= DKeff (k1) ;

k2=1;

while abs (Erro KT (k2))>1.0l1*min (abs (Erro KT))
k2=k2+1;

end

k22 (m)=k2;

b kt (m)=bk(k2) ;

DKI kt (m) DKI (k2) ;
DKII kt (m) DKII (k2);
DKeff kt(m)= DKeff (k2);

Erro bexp= (bk-b exp (m)) /b _exp (m);

k3=1;

while abs (Erro bexp(k3))>1.01*min (abs (Erro bexp))
k3=k3+1;

end

k33 (m)=k3;

DKI exp (m) = DKI (k3);

DKII exp(m) = DKII(k3);

DKeff exp(m)= DKeff (k3);

if m<=9

b exp LP(m-2)=b exp(m);

DKI exp LP(m-2)= DKI exp(m);
DKII exp LP(m-2) = DKII exp(m);
DKeff exp LP(m-2)= DKeff exp(m);

figure (1)

plot (bk*1le3,DKeff, '-b', "lineWidth', 1)

hold on

plot (b KT*le3,EH, '-k','lineWidth',1.5)

hold on

plot (b KT*1le3,KT,'-.k',"lineWidth',1.5)

hold on

grid on

axis ([0 200 0 8])

title('Condicdo de Pressdo Normal Baixa (P_0=450 MPa) ')
ylabel ('\DeltaKeff Amplitude do FIT [MPa.m™{1/2}]")
xlabel (' Comprimento da trinca, b [\mum]')
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legend ('\DeltaKeff', 'El-Haddad', 'limiar K-
T', 'Location', "NorthWest')

figure (2)
plot (bk*1e3,DKeff, '-b', "1lineWidth',1.0)
hold on

plot (b_exp LP*le3,DKeff exp LP,'dc','lineWidth',1.5, 'MarkerEdgeColor',
'k', '"MarkerFaceColor','c")

hold on

plot (b _KT*1e3,EH, '-k','lineWidth',1.5)

hold on

plot (b _KT*1e3,KT,'-.k', "lineWidth',1.5)

hold on

grid on

axis ([0 200 0 817)

title('Condicdo de Pressdo Normal Baixa (P_0=450 MPa) ')

ylabel ('"\DeltaKeff Amplitude do FIT [MPa.m™{1/2}1")

xlabel (' Comprimento da trinca, b [\mum]')

legend('\DeltaKeff', '\DeltaKeff {exp}',6 'Limiar E-H', 'Limiar K-
T', 'Location', "NorthWest')

figure (3)

plot (b_exp LP*le3,DKeff exp LP,'dc','lineWidth',1.0, 'MarkerEdgeColor',
'k'", '"MarkerFaceColor','c")
hold on
plot (b_KT*1e3,EH, '-k','lineWidth',1.5)
hold on
plot (b _KT*1e3,KT,'-.k', "lineWidth',1.5)
hold on
grid on
axis ([0 200 0 817)
title('Condicdo de Pressdo Normal Baixa (P_0=450 MPa) ')
ylabel ('\DeltaKeff Amplitude do FIT [MPa.m”™{1/2}]")
xlabel (' Comprimento da trinca, b [\mum]'")
legend('\DeltaKeff {exp}',6 'Limiar E-H', 'Limiar K-
T', 'Location', "NorthWest')

figure (10)
plot (bk*1le3,DKeff, '-r', 'lineWidth"', 1)
hold on
plot (bk*1e3,DKI, '-g', 'lineWidth', 1)
hold on
plot (bk*1e3,DKII, '-b', 'lineWidth',1)
hold on
plot (b_KT*1le3,EH, '-k','lineWidth',1.5)
hold on
plot (b _KT*1le3,KT,'-.k'"','lineWidth',1.5)

plot (b_exp LP*1le3,DKeff exp LP,'dc','lineWidth',1.5, 'MarkerEdgeColor',
'k', '"MarkerFaceColor', 'c')

axis ([0 200 0 8])

title('Condicdo de Press&o Normal Baixa (P_0=450 MPa) ')

ylabel ('\DeltaKeff Amplitude do FIT [MPa.m™{1/2}]")

xlabel (' Comprimento da trinca, b [\mum]')

legend ('\DeltaKeff', '\DeltaKI', '\DeltaKII', 'Limiar E-H','Limiar K-
T','\DeltaKeffexp', 'Location', 'NorthWest")
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elseif m>=11

b exp HP(m-10)=b_exp (m);

DKI exp HP(m-10)= DKI exp (m);
DKII exp HP(m-10) = DKII exp(m);
DKeff exp HP(m-10)= DKeff exp(m);

figure (4)

plot (bk*1e3,DKeff, '-r', 'lineWidth', 1)
hold on
plot (b_KT*1le3,EH, '-k','lineWidth',1.5)
hold on
plot (b _KT*1e3,KT, '-.k', "lineWidth',1.5)
hold on
grid on
axis ([0 200 0 817)
title('Condicdo de Pressdo Normal Baixa (P_0=700 MPa) ")
ylabel ('\DeltaKeff Amplitude do FIT [MPa.m”{1/2}]")
xlabel (' Comprimento da trinca, b [\mum]'")
legend ('\DeltaKeff', 'Limiar E-H', 'Limiar K-

T', 'Location', '"NorthWest')

figure (5)
plot (bk*1le3,DKeff, '-r', 'lineWidth',1)
hold on

plot (b_exp HP*le3,DKeff exp HP,'om',6 'lineWidth',1.5, 'MarkerEdgeColor',
'k', 'MarkerFaceColor','y")

hold on

plot (b _KT*1le3,EH, '-k','lineWidth',1.5)

hold on

plot (b _KT*1e3,KT,'-.k', "lineWidth',1.5)

hold on

grid on

axis ([0 200 0 8])

title('Condicdo de Pressdo Normal Baixa (P_0=700 MPa) ")

ylabel ('\DeltaKeff Amplitude do FIT [MPa.m”™{1/2}]")

xlabel (' Comprimento da trinca, b [\mum]')

legend('\DeltaKeff', '\DeltaKeff {exp}',6 'Limiar E-H', 'Limiar K-
T','Location', 'SouthEast')

figure (6)

plot (b_exp HP*le3,DKeff exp HP,'om',6 '"lineWidth',1.5, 'MarkerEdgeColor',
'k'", "MarkerFaceColor', 'y'")

hold on

plot (b _KT*1le3,EH, '-k', 'lineWidth',1.5)

hold on

plot (b _KT*1le3,KT,'-.k'"','lineWidth',1.5)

hold on

grid on

axis ([0 200 0 8])

title('Condicédo de Press&do Normal Baixa (P_0=700 MPa) ')

ylabel ('Amplitude do FIT normalizada (\DeltaK {eff} /\DeltaK {th}
) ")

xlabel (' Comprimento da trinca normalizado, b/b 0'")

legend('\DeltaKeff {HP}', 'Limiar E-H', 'Limiar K-
T', 'Location', 'SouthEast')
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figure (11)

plot (bk*1e3,DKeff, '-r', 'lineWidth', 1)
hold on

plot (bk*1e3,DKI, '-g', 'lineWidth',1)
hold on

plot (bk*1e3,DKII, '-b', 'lineWidth"',1)
hold on

plot (b _KT*1e3,EH, '-k','lineWidth',1.5)
hold on

plot (b_KT*1e3,KT, '-.k', "lineWidth',1.5)

plot (b_exp HP*le3,DKeff exp HP,'om',6 'lineWidth',1.5, 'MarkerEdgeColor',
'k', 'MarkerFaceColor','y")

axis ([0 200 0 8])

title('Condicdo de Pressdo Normal Baixa (P_0=450 MPa) ')

ylabel ('\DeltaKeff Amplitude do FIT [MPa.m"{1/2}]")

xlabel (' Comprimento da trinca, b [\mum]'")

legend ('\DeltaKeff', '\DeltaKI', '\DeltaKII', 'Limiar E-H', 'Limiar K-
T','\DeltaKeffexp', 'Location', 'NorthWest")
end

end

b KT=linspace(b_1i,5*b f,nb);
KT=zeros (1, length (b _KT));
EH=zeros (1, length (b _KT));
for ii=l:length(b_KT)
EH(ii)=DKth*sqgrt (b KT (ii)/ (b KT (ii)+b0));
if b KT (ii)<=bO;
KT (ii)=DKth*sqgrt (b _KT (ii) /b0) ;
else
KT (ii)=DKth;
end
end

Erro EH=(DKeff-EH) /max (EH) ;
Erro KT=(DKeff-KT) /max (KT) ;
k1=1;

figure (7)

plot (b _exp LP/b0,DKeff exp LP/DKth,'dc','lineWidth',1.5, 'MarkerEdgeCol
or','b', '"MarkerFaceColor', 'c'")
hold on

plot (b _exp HP/bO,DKeff exp HP/DKth,'om', 'lineWidth',1.5, 'MarkerEdgeCol
or','b', 'MarkerFaceColor','y")

hold on

plot (b KT/bO0,EH/DKth, '-k', 'lineWidth',1.5)

hold on

plot (b _KT/b0,KT/DKth, '-.k', "lineWidth',1.5)

hold on

grid on

axis ([0 1.2 0 1.2])

title('Comparativo dos Resultados para uso \Delta]]ki{eff} e
\theta=30°")

ylabel ('Amplitude do FIT normalizada (\DeltaKeff/\DeltaK 0 )')

xlabel (' Comprimento da trinca normalizado, b/b 0")

legend('\DeltaKeff {exp,LP}','\DeltaKeff {exp,HP}','Limiar E-
H', 'Limiar K-T', 'Location', 'SouthEast"')
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Resultadosl =[' b exp ' ' b eh "' b kt "' DKI exp' '
DKI eh' ' DKI kt' ' DKII exp' ' DKII eh ' ' DKII kt ' '
DKeff exp ' 'DKeff eh' ' DKeff kt'];

Resultadosll=[1le3*b exp' le3*b eh' le3*b kt' DKI exp' DKI eh' DKI kt'
DKII exp' DKII eh' DKII kt' DKeff exp' DKeff eh' DKeff kt' ];

disp ('Resultados')
disp (Resultadosl)
disp (Resultadosll)

Erro eh=(b_eh-b exp)./b exp;

Erro kt=(b_kt-b exp)./b exp;

Resultados?2 =" O(N/mm) " ' b exp ' ' DKeff exp' ' b kt v
DKeff kt' ' Erro KT'];

Resultados22=[Ql' le3*b exp' DKeff exp' le3*b kt' DKeff kt' Erro kt'
1:

Resutados erros 30 1=[ ' Erro KT' ' Erro EH'];
Resutados_erros 30 11=100*[Erro kt' Erro eh'];

disp('Resultados Comparacdo Tabela do Fouvry')

disp (Resultados?2)

disp (Resultados22)

disp('Resutados erros 30")

disp (Resutados_erros 30 1)

disp (Resutados_erros 30 11)
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Subrotina para o célculo dos fatores intensidade de tensao

R
Zi#Subroutin for calculus of KI and KII for Slant Cracks using the

z# Distribution Dislocation Method
%ii###################################################################

function [KIi,KIIi,sxxX y,syy V,txy y] =
sif(N,b,0,R,E,nu,Po,SBm,SBa,Q P, f, t)
SN=zeros (N, 1) ;

ST=zeros (N, 1) ;

phix=zeros (N, 1);

phiy=zeros (N, 1);

S=zeros (2*N,1);

k =(3- 4*nu)

mi =E/ (2* (1+nu));

A=zeros (2*N,2*N); %Allocation memory fo A

for kk=1:N
v (kk)=cos (pi*2*kk/ (2*N+1)) ; %$Normalized Integration point
for jj=1:N

u(jj)=cos(pi* (2*jj-1)/(2*N+1));%Normalized Integration point

x1 (kk)=(v(kk)+1)*b/2; % Coordinate x of the
Dislocation Burger Vector
cl(jj)=(u(jj)+1)*b/2; % Coordinate c of the

Dislocation Burger Vector
%$Green's Functions para trinca inclinada
[G_XXXr G_xyy,G_xxy,G_yxx,G_yyy, G_YXY] =
greenf (x1 (kk),cl(33),0);

%$Matriz mudanca de coordenadas da G

B=[ sin(0)"2*cos (0) cos(0)"3 -cos (0) *sin (2*0)
sin (0) "3 sin (0) *cos (0) "2 -sin (0) *sin (2*0)
-sin (0) "3 -sin (0) *cos (0) "2 +sin (0) *sin (2*0)
+sin (0) "2*cos (0O) cos (0)"3 -cos (0) *sin (2*0)

-sin (0) *cos (0) "2 sin(0) *cos (0)"2 +cos (0) *cos (2*0) -
sin (0) *2*cos (0O) sin(0)"2*cos (0) sin (0) *cos (2*0)
sin (0)*2*cos (0) -sin(0)"2*cos(0) =-sin(0) *cos (2*0) -
sin (0) *cos (0O) *2 sin (0) *cos (0O) *2 cos (0) *cos (2*0) 1;

G=[G_xxx;G _xXyy;G xxy;G yxx;G yyy;G yxyl;
Gl1=B*G;

K xN=G_ xyyl;
K yN=G yyyl;
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K x8=G_xxyl;
K yS=G_yxyl;

A(kk,373) =mi/(p1*(k+1))*2*p1*(1+u(jj))/(2*N+1)*K_xN*b/2;
A(kk,N+3jj) =mi/(pi* (k+1))*2*pi* (1+u(33))/ (2*N+1) *K_yN*b/2;
A (N+kk,Jj) =mi/(pi* (k+1))*2*pi* (1+u(jj))/ (2*N+1)*K xS*b/2;
A (N+kk,N+3j)=mi/ (pi* (k+1))*2*pi* (1+u(jj))/ (2*N+1)*K yS*b/2;

end

[Sf] = fretting sfield( R,E,nu,Po,SBm,SBa,Q P,f,x1(kk),0,t);
sxx_ y(kk)=-5f(2,2);
syy y(kk)=-sf(1,1);
txy y(kk)=-Sf(1,2);

sxx=-Sf(2,2);
syy=-Sf(1,1);
txy=-S£f(1,2);

SN (kk, 1)=sxx*sin (0) "2+syy* (cos (0)) "2-txy*sin (2*0) ;
ST (kk,1)=(syy-sxx) *sin (0O) *cos (0) ttxy*cos (2*0) ;

S (kk,1)=SN(kk,1);

S (N+kk, 1)=ST (kk,1);

end

%$Caculo do KI
phis=A\S;

for kk=1:N
phix (kk)=phis (kk) ;
phiy (kk)=phis (N+kk) ;
end

phix1=0;
phiyl=0;

for ii=1:N
phix1=2/ (2*N+1
1) *pi) *phix (ii
phiyl=2/ (2*N+1
1) *pi) *phiy (il
end

*cot ((pi/2)*(2*ii-1)/ (2*N+1)) *sin (N/ (2*N+1)* (2*1i-
+phix1;
*cot ((pi/2)*(2*1ii-1)/ (2*N+1)) *sin (N/ (2*N+1)* (2*1ii-
+phiyl;

—_— o~ o~

KIi=2*sqrt (2*pi*b*le-3) *mi/ (k+1) *phiyl;
KITi=2*sqgrt (2*pi*b*le-3) *mi/ (k+1) *phixl;
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Subrotina para o calculo das funcées de Influéncia (Nucleos de Discordancias)
function [G xxx, G Xyy,G xxy,G yxx,G yyy,G yxy] = greenf(x1l,cl,0);

x=(x1) *cos (0) ;
y=(x1l-cl)*sin (0) ;
c=cl*cos (0);

K=2*(1/(x-c) -1/ (x+c) -2*c/ ((x+c) *2) +4*c"2/ ((x+c) "3) ) ;

r l=sqrt((x-c)"2+y"2);
r 2=sqrt ((x+c)"2+y"2);

G xxx= y*((-2/r 172)-(4*(x-c)"2/r_174)+(2/r 272)+ (4% (x+c)"2/r_2"4)-
(8*c* (x+c) /r_274)+(32%c* (x+c) "3/r_276)+(8*c 2/r 274) -
(32*CA2*(X+C)A2/r_2A6));

G xyy= y*((-2/r 172)+(4* (x-c)*2/r _1"4)+(2/r _272) -
(4*(x+c)A2/r_2A4)+(24*c*(x+c)/r_2A4)—(32*c*(x+c)A3/r_2A6)—

(8%Ch2/r 27M4) +(32%Ch2% (x+c) ~2/r 276)) ;

G xxy=  ((=2%(x-c)/r_172)+ (4% (x-c)"3/r_174)+(2* (x+c) /r_2"2) -
(4*(x+c)A3/r_2A4)—(4*c/r_2A2)+(32*c*(x+c)A2/r_2A4)—
(32*0*(x+c)A4/r_2A6)—(24*cA2*(x+c)/r_2A4)+(32*cA2*(x+c)A3/r_2A6));
G yxx=  ((=2*%(x-c)/r_17°2)+(4* (x-c)*3/r_174)+(2* (x+c) /r_2"2) -

(4% (x+c) "3/r_274) - (4*c/r_2°2) -
(16*0*(x+c)A2/r_2A4)+(32*C*(x+C)A4/r_2A6)+(24*CA2*(x+c)/r_2A4)—
(32*CA2*(X+C)A3/r_2A6));

G yyy= ((6*(x—c)/r_lAZ)—(4*(X—C)A3/r_lA4)—
(6*(x+c)/r_2A2)+(4*(x+c)A3/r_2A4)—(4*c/r_2A2)+(32*c*(x+c)A2/r_2A4)—
(32%c* (x+C) "4/r 276) = (24*C 2% (x+C) /T _274) + (32%C 2% (x+c) "3/r_276)) ;
G yxy= y* ((=2/r 17°2)+(4* (x-c)"2/r 1™4)+(2/r_272) - (4* (x+C) "2/r 2°4) -
(8*C*(x+c)/r_2A4)+(32*C*(x+c)A3/r_2A6)+(8*cA2/r_2A4)—
(32*CA2*(X+C)A2/I_2A6));
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Subrotina para o calculo das tensdes de fretting

function [S] fretting sfield( R,E,v,Po,SBm,SBa,Q P, f,x1,0,t)

$Function for calculus of the fretting stress at a point x,y in a step
time
%$the output is a stress tensor S(x,vy,t)

R
A

%# This Program Calculate the Stress fretting stress field in cilinder

S# Plate contact under sinusoidal tangencial load

#

SH

#

SHAFHHFHH A AR AR H AR H AR

*(1-v"2) /E;

=Po* (A/K) ;
=pi*K*a”2/ (2*R);

%$Elastic Constant
$Equivalent Radius
%$Semi-Width of the contact
%$Normal Load in Pad

o°

y=x1*cos (0) ;
x=x1*sin (0) -a;

Qmax=Q P*f*P*sin(pi/2);
Sapata [N/mm]

Omin=Q P*f*P*sin(pi*3/2);
Sapata [N/mm]

Q t =Q P*f*P*sin(t);

dQ dt=Q P*f*P*cos(t);

d2Q dt2=-Q P*f*P*sin (t);
SB_t = SBm+SBa*sin(t);
SBmax= SBm+SBa*sin (pi/2);
SBmin= SBm+SBa*sin (3*pi/2);

SB_Po=(1/Po)*[SB_t,0,
O 14 14
0

0
0
0

o O O

+0,01;

o
]

$Carga Tangencial méxima da
$Carga Tangencial minima da

$Carga Tangencial da Sapata[N/mm]

%Tensdo Remota [MPa]
%$Tensdo Remota maxima [MPa]
%$Tensdo Remota minima [MPa]

o

c=a*sqrt (1-abs(Q P/f));
cl=a*sqgrt (l-abs ((Qmax-Q t)/(
e=SBmax*a/ (4*f*Po) ;
et=(SBmax-SB_t)*a/ (8*f*Po);

$Reverse Slip Conditon Evaluation
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% if SBmax/ (£*Po)<=(4* (1l-sgrt(1-Q P/f)));
disp ('Escorregamento Reverso Acontecendo');

o°

% else
x_a=x/a;
y_a=y/a;
[S n] = sigman(x_a,y a,v);
[S ta] = sigmat(x a,y a,v);

x _cl=(x-et)/cl;
y _cl=y/cl;

[S tcl] = sigmat(x cl,y cl,v);
X _c=(x-e)/c;
y _c=y/c;

[S tc] = sigmat(x _c,y c,Vv);

%soma das tensdes

$fator Multiplic: Sn St _a St c St cl Condicéo
%$Carregamento [+1 +1 +1 -1 ] Q' (t)>0

$Maximo [+1 +1 -1 0 ] Q'(t)=0 & Q" (t)<0
$Descarregamento [+1 -1 -1 +1 ] Q' (t)>0

$Minimo [+1 -1 +1 0 ] Q'(t)=0 & Q" (t)>0

if abs(dQ dt)<le-6
if 1*sign(d2Q dt2)<0
S=Po* (S_n+f*S ta-f*(c/a)*S _tc-0*f*(cl/a)*S_tcl+SB Po);
else
S=Po* (S n-f*S ta+f*(c/a)*S tc-0*f*(cl/a)*S tcl+SB Po);
end
else
if 1*sign(dQ dt)>0
S=Po* (S_n+f*S ta+f*(c/a)*S _tc-2*f*(cl/a)*S_tcl+SB Po);
else
S=Po* (S n-f*S ta-f*(c/a)*S tc+2*f*(cl/a)*S tcl+SB Po);
end
end
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Subrotina para o calculo componente de tencao devido a carga normal

o°

o

T s T L A e S e S e a s S
SUBPROGRAMA PARA CACULO DAS TENSOES NORMAIS

(c)2011-2011 ESTARLE CAMPOS, Grupo de Fadiga, Fratura e Materiais
Departamento de Engenharia Mecénica da Universidade de Brasilia
versdo 1l: Contato cilindro paralelo no plano,

ultima modificacdo em: 15 de novembro de 2011
$+++++++++HHHHH

o o° oo o

o°

function [S nreal] = sigman(x,y,V);
$TENSOES DEVIDO A PRESSAO NORMAL

if abs(y)<(107-6);
y=10"-6;
end
s=sqrt ((1/2)* (- (1"2-x"2-y"2) +sqrt ((1"2-x"2-(y"2)) "2 +
4xy~2)));
if abs(s)< 10" (-6);
s= 10" (-6);
end

SigxxN 1*y/1* (2 - s/sqrt(1A2+sA2) (

= grt (1°2+s72))/s) -
(x"2*%s73*172)/ (((172 + s72)7(3/2))*(s™4+ (1

(s
*yr2)));
/(
)/

2

2)
SigyyN 1* (=y"3*1* (sqrt (17°2+ (s872)))/ (s* (s7™4+(172) *y"2)));
SigzzN = —-1*2*y*(v/1)* ((sqgrt (1"°2+s"2) (s)-1);
TauxyN = -1% ((x)*y~2*s*1)/ (sqrt (172+4572)* (s*4 +(172)*y"2));
TauyzN = 0;

TauzxN = 0;

S nreal=[SigxxN, TauxyN, TauzxN
TauxyN, SigyyN, TauyzN
TauzxN, TauyzN, SigzzN];
end
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Subrotina para o calculo componente de tencdo devido a carga Tangencial

o°

o

T s T L A e S e S e a s S
SUBPROGRAMA PARA CACULO DAS TENSOES TANGENCIAIS

(c)2011-2011 ESTARLE CAMPOS, Grupo de Fadiga, Fratura e Materiais
Departamento de Engenharia Mecédnica da Universidade de Brasilia
versdo 1l: Contato cilindro paralelo no plano,

ultima modificacdo em: 15 de novembro de 2011
S+++++++++HHHHH

o o° oo o

o°

_treal] = sigmat(x,y,v);
$%%%%%%%%%%%%STENSOES DEVIDO A 0%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%

if abs(y)<(107-6);
y=10"-6;
end
s=sqrt ((1/2)* (- (1"2-x"2-y"2) +sqrt ((1"2-x"2-(y"2)) "2 +
4*y"2)));
if abs(s)< 10" (-6)
s= 10" (-6);

end
SigxxTa = 1* (- (2*x/1* (1-
s/ (sgqrt (17°2+s72))) )+ ((x*y"2*s*1) / ((sqrt (17°2+s72)) * (s™4+(172) *y"2))) ) ;
SigyyTa = -1*(x*y"2*s*1)/(sqrt(17°2+s72)* (s™4 +(17°2)*y"2));
SigzzTa = -1*2*x*(v/1)*(1-(s)/ (sqrt(1°2+s°2)));
TauxyTa = 1*y/1*(2 - s/sqrt(17°2+(s)"2)-((sqgrt(1"2+s"2))/s)~-
(x"2%s73*172) / (((17°2 + s72)"(3/2)) * (s™4+(172) *y"2)));
TauyzTa = 0;
TauzxTa = 0;

S treal=[SigxxTa,TauxyTa, TauzxTa
TauxyTa, SigyyTa, TauyzTa
TauzxTa, TauyzTa, SigzzTal;

end
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Programa principal para avaliacdo do Plano Critico

SRR
#HHHH
%# This Program Gives the structure of the dada input and the body

=

S# of the steps calculation critical plain in fretting Fatigue

=+

SHEHHH A S S
HHHHH

clear all;

%$close all;

clc;

dlsp ( '************************************************************')
disp('* Célculo dos Fatores de Intensidade de Tens&o em Modo I *1)
disp('* e Modo II na Superficie Contato Cilindro-Plano em Regime *')
disp('* Escorregamento Parcial *1)
disp('* 1)
disp('* Metodologia Método de Distribuicdo de Discordéncias 1)
disp('* *1)
disp('* (c) Campos, E.R. - Universidade de Brasilia - UnB 1)
disp('* Ultima versdo: 25/05/2013 * 1))
disp ('************************************************************ ')
disp(' ")

%$Input Constantes do Material

E =210000; %$Yorg Modulus [Mpa]

KIc =1; $Fracture Toughness [MPa.m"1/2]
DKth=1; %$DKThreshold [MPa.m"1/2]
v =0.3; %$Poisson [--]

o

$Input Numerical discretization parameters

nt=32; $Number of time steps [--1]
nb=200; %$Number of crack increments [--]
N =40; %$DKThreshold [--]

o
o

$Fretting input Independent Parameters
Pl =[227 227 227 227 227 227 227 227 227 540 540 540 540 540 540

5401 ;

Q1 =[ 90 98 126 137 144 146 151 164 169 206 242 243 278 280 282
283];

Q P1=01./P1;

b exp= [ 0 0 24 29 31 52 55 65 68 0 14 28 77 61 52
75]*1e-3;

for m=3:1length (P1)

Q P=Q P1(m); %$Tangencial adms for P

SBm=0; %$Bulk Stress [MPa]
SBa=0;

R =40; %$Par radius [mm]
A=4* (1-v"2) /E; %$Elastic Constant
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K=1/R; %Equivalent Radius

a=sqrt (2*P1 (m) *A/ (pi*K)) ; $Semi-Width of the
contact

Po = 2*P1(m)/ (pi*a); %Pick Pressure [MPa]

f =0. 9 $Friction Coefficient [—-1

O =(0)*pi/180; %$Angulacdo da Trinca [graus]
P=pi*K*a"2/ (2*R) $Normal Load in Pad

o°

$Step time calculation (sinusoidal ciclic load [rad]

)
t i=0; %$Initial Time [rad]
t f=2*pi; %$Final Time [rad]
dt = (t_f-t i)/ (nt-1); $Length of Time Step [rad]
tl=[p1/2 3*p1/2],6 _d:dt:t f;[pi/2 3*pi/2]% $Time array
(1) index [rad]

% pardmetros materiais

sY = 350; % tensdo de escoamento (MPa)
s 1 = 270; % limite de fadiga axial R = -1 (MPa)
% limiar de propagacdo R = -1 (MPa m"1/2) - estimado como 2x

% o valor de DKth 01 (ref. livro do Anderson e Kujawski 2001 IJF)
DKth = 7;

% comprimento de transicdo do regime de trincas curtas para o de
trincas

% longas

b0 = (1/pi) * (DKth/(s_1*1.12))72 * 1073; % (mm)

% calculo do comprimento de transicdo do regime de trincas curtas para
% o de trincas longas adimensionalizado

b0 a = b0/a;

%$Crack increment calculation

b i= 5e-3; %$Initial Crack Length [mm]
b f= 2*b0; %$Final Crack Length [mm]
db = (b _f-b i)/ (nb-1); %Crack Increment Length [mm]
bk= (b _i:db:b f); $Crack Legth array [mm]

$MultiAxial Analysis

[theta cl,phi cl,w cl,Tau_al,Sign maxl,theta c2,phi c2,w c2,Tau_a2,Sig
n max2,y p] = multiaxial analysis 1(R,E,v,Po,SBm,SBa,Q P,f,0,b0);

Resultadosl=[" y p' 'theta cl' 'phi cl' 'w cl' 'Tau al'
'Sign maxl1'];
Resultadosll=[y p' theta cl' phi cl' w cl' Tau al' Sign max1'];

136



Resultados2=[" y p' 'theta c2' 'phi c2' 'w c2' 'Tau a2'
'Sign max2'];

Resultados22=[y p' theta c2' phi c2' w _c2' Tau a2' Sign max2'];
dados=[m,P,Ql (m),Q P];

disp('Entradas"')

disp('Ensaio Carga P carga Q o P")

disp (dados)

dlSp ! v)
disp('Resultados')

disp (Resultadosl)

disp (Resultadosll)

disp (' ")
disp('Resultados2")

disp (Resultados?2)

disp (Resultados22)

end

o

]

o~ o~~~ o~ o~
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Subrotina para busca do Plano Critico

Obs: O campo de Tensdo de Fretting foi determinado pela mesma subrotina
utilizada no calculo do FIT

o\°

e st o o o o o o S T S o
SUBPROGRAMA PARA CACULO DAS TENSOES NO PLANO CRITICO E ANALISE DE
FALHA PARA FADIGA MUILTIAXIAL

(c)2011-2011 ESTARLE CAMPOS, Grupo de Fadiga, Fratura e Materiais
Departamento de Engenharia Mecédnica da Universidade de Brasilia
versdo 1: Contato cilindro paralelos no plano,

ultima modificacdo em: 15 de novembro de 2011
$+++++++++++++H+H A+

o® o® o° o o

o\°

function
[theta cl1l,phi cll,w cll,Tau al,Sign max cl,theta c22,phi c22,w c22,Ta

u a2,Sign max c2,y p]
multiaxial analysis 1(R,E,v,Po,SBm,SBa,Q P,f,0,b0)

y p=[0:(b0)/10:b0/2];

for m=1:length(y p)

yp=y_p (m);

dd=90; S%$Numero de Subdivisdes dos angulos no espaco

theta=[0: (pi/ (2*dd)) :pil;
phi =[0:(pi/dd): (pi)]1;

w =[0: (pi/dd) :pi/2];
lambda w =0;
lambda phi =0;

lambda thetal=0;
lambda_ theta2=0;
lambdal =0;
t1=[0:pi/16:2*%pi];

for ii=1l:length (theta)
for jj=1l:length (phi)

nb=[sin(phi(jJj)) *cos (theta(ii));sin(phi(jj)) *sin(theta(ii)) ;cos (phi (3]
)) 1 %n=(nx,ny,nz)
lb=[-sin(theta(ii)),cos(theta(ii)),0];
$l=(1x,1y,1z)
rb=[-cos (theta(ii)) *cos (phi(j]j)), -
sin (theta (ii)) *cos (phi(jj)),sin(phi(33))1; $r=(rx,ry,rz)
for nn=1l:length(tl)
t=tl (nn);
[S] = fretting sfield m( R,E,v,Po,SBm,SBa,Q P,f,yp,0,t);
Tn=S*nb;

sig n(nn)=nb'*Tn;
taul (nn)=1b*Tn;
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end

taur (nn)=rb*Tn;

end

Sign maxl=max(sig n);
%$base [1,r,n]

for k=1l:length(w);
el=[cos(w(k));sin(
e2=[-sin(w(k));cos

w(k))1;

(w(k))1:

for 11=1:1length(tl)

tau el (11l)=[taul(1ll),taur(ll)]*el;
tau e2(11l)=[taul(11l),taur(1ll)]*e2;

end

a_ l=max(tau el)-min(tau_el);
a_ 2=max(tau_e2)-min(tau_e2);

tau _a=sqrt((a_1/2)"2+(a_2/2)"2);

if tau a>lambda w
lambda w=tau_ a;
w_c=w(k);
Sign max=Sign maxl;
end
end
if lambda w>lambda phi
lambda phi=lambda w;
phi_c=phi (33)
end

if lambda phi>1.00l1*lambda_ theta2

end

lambda theta2=lambda phi;
theta c2=theta(ii);

Sign max22=Sign max;

W _C2=w_C;

phi c2=phi c;

if lambda phi>lambda thetal

end

lambda thetal=lambda phi;
theta cl=theta(ii);

Sign maxll=Sign max;
w_cl=w_c;

phi cl=phi c;

lambdal=lambda thetal;

Tau_al (m)=lambdal;
w_cll(m)=(w_c2/pi)*180;

theta cll(m)=(theta cl/pi)*180;
phi cll(m)=(phi c/pi)*180;

Sign max cl(m)=Sign maxll;
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lambda2=lambda_ theta2;

Tau a2 (m)=lambdaz;
w_c22(m)=(w_cl/pi)*180;

theta c22 (m)=(theta c2/pi)*180;
phi c22(m)=(phi c/pi)*180;

Sign max c2(m)=Sign max22;

end
end
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