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Resumo

O objetivo deste trabalho é propor uma metodologia para estimar a resisténcia em
fadiga de componentes mecanicos sob condigoes de fretting em contatos esféricos. A
metodologia adotada considera (i) a teoria da distancia critica de Taylor, geralmente
utilizada na estimativa do limite de fadiga de componentes com entalhe, e (ii) critérios
de fadiga multiaxial (Modelo Mesoscépico de Dang Van e o Modelo das Curvas de
Woéhler Modificadas - critério de Susmel & Lazzarin). Para se avaliar a aplicabilidade da
metodologia utilizada foram selecionados quatorze ensaios de faadiga fretting utilizando
contatos esféricos encontrados na literatura. Os resultados obtidos pela metodologia
proposta no presente trabalho provaram ser tteis em sete casos com o experimento,
mostrando-se conservativos em outros 6. Os resultados s6 apresentaram estimativas

nao conservativas em um unico ensaio.

IT



Abstract

The aim of this work is to present a methodology to estimate the fatigue limit of
spherical contacts under a partial slip regime. Taylor’s point stress method, usually
applied to estimate the fatigue limit for notched structures, was associated with some
fatigue multiaxial criteria (Mesoscopic Model and Modified Wohler Curve Method
(MWCM)) to define the fretting crack initiation threshold methodology. The results
agree well for seven experimental data and provide a conservative estimate of the fatigue
limit for another six tests. In only one test the results provide a non-conservative

estimate.
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Capitulo 1

Introducao

Fadiga pode ser definida como um processo de degradacao continuo do um mate-
rial quando o mesmo estda submetido a carregamentos dinamicos que podem causar
um acimulo de dano no material, mesmo que as solicitagoes impostas sejam inferiores
a sua tensao de escoamento. Nesse sentido, evitar a falha por fadiga é um problema
pratico motivado pela necessidade de se usarem materiais com aplicabilidade em engen-
haria durante um certo periodo de tempo e sob condi¢oes operacionais prescritas. Em
geral, o desempenho de determinado material é controlado pela sua rigidez, resisténcia
mecanica e vida a fadiga. As deflexdes e o comportamento dinamico sao controlados
pela rigidez; o carregamento suportavel, pela resisténcia mecanica; e a confiabilidade,
seguranca e o custo, pela vida a fadiga do componente.

Fadiga por fretting é um caso especial de fadiga. O termo fretting denota um pe-
queno movimento oscilatorio entre duas superficies sélidas em contato, e o desgaste da
superficie, que ocorre devido a esse movimento, é chamado dano por fretting. O dano
por fretting é esperado nas superficies de contato de juntas mecanicas que, normal-
mente, estao em repouso mas que, no entanto, experimentam pequenos deslocamentos
relativos devido a vibragao. Contudo, um fenomeno mais sério relacionado com esse
dano por fretting é a falha por fadiga do componente estrutural devido a iniciacao de
trincas na regiao danificada, o chamado fenomeno de fadiga por fretting. A fadiga por
fretting pode ocorrer se um ou ambos os componentes da uniao sofrer uma carga remota
de fadiga(bulk fatigue load). Ensaios experimentais evidenciaram que a agdo conjunta
de fretting e fadiga produz uma reducao na resisténcia do componente por fatores var-
iando de 2 até 10 (Lindley, 1997). E vélido se notar que o escorregamento parcial da
interface do contato leva a tensoes locais elevadas, tanto em escala macroscopica quanto
em escala microscépica. Essas tensoes elevadas tendem a acelerar a iniciacao e con-
seqilente propagacao de trincas, contribuindo assim para a grande reducao observada
no limite de fadiga do componente sujeito ao processo de fretting.

H& intimeros casos praticos de fadiga por fretting. No setor aeroespacial, onde as

exigéncias de alta confiabilidade, alta performance, baixo peso estrutural e custo de



manuten¢ao devem ser conciliadas com as exigéncias de uma longa vida operacional,
diversos tipos de montagens estao sujeitos a vibragoes que podem ocasionar uma falha
catastrofica devido a fadiga por fretting. Dois exemplos praticos importantes sao:
(1) as juntas rebitadas da fuselagem, onde esforgos aeroeldsticos induzem movimentos
relativos entre as chapas (Harish e Farris, 1998; Farris et al., 2000) e (2) turbofans,
onde a combinagao de esforgos vibratoérios com a forca centrifuga produz movimentos
relativos entre as juntas das palhetas com o disco (Ruiz et al., 1984; Ruiz e Chen, 1986;
Ruiz e Nowell, 2000). Segundo Thomson (1998), a fadiga por fretting é a causa de cerca
de 17% das falhas ou contratempos nos sistemas de propulsao aeronauticos. Outros
exemplos envolvem casos com engrenagens, virabrequins, cabos de alta tensao (Zhou,
1994) e até lunindrias suspensas por cabos (Barnard, 1995). Contudo, as solugoes
utilizadas na industria tendem a ser meros paliativos, com efeitos pouco compreendidos
(Nowell e Dini, 2003).

No comeco do século XX, o fendmeno do fretting foi primeiramente identificado em
corpos de prova trincados na regiao das garras de maquinas de fadiga (Eden et al.,
1911; Gillet e Mack, 1924). Tomlinson (1927) propos que o deslocamento tangencial
entre as superficies em contato era o principal parametro que controlava esse fenomeno.
Mais tarde, Warlow-Davis (1941) observaram que componentes inicialmente submeti-
dos a condigoes de fretting e posteriormente carregados ciclicamente apresentavam um
decréscimo de 13 a 17% na resisténcia a fadiga. Por outro lado, MacDowell (1953)
concluiu que componentes sujeitos conjuntamente a fadiga convencional e a fretting
apresentavam um decréscimo da ordem de 50 a 80% na resisténcia a fadiga (conven-
cional).

Em 1965, Waterhouse e Alley verificaram em uma série de experimentos feitos com
componentes submetidos a fretting em atmosfera inerte que, apesar de se diminuir
o desgaste superficial, a resisténcia a fadiga nao sofria grande alteragao com relagao
a experimentos em atmosfera normal. Nishioka et al. (1968) e Nishioka e Hirakawa
(1969) notaram que havia uma faixa critica de deslocamentos tangenciais que acelerava
a fadiga por fretting. Em 1973, Bramhall observou o efeito do tamanho de contato sobre
a resisténcia em fadiga de ligas de Al. Esse efeito é constatado a partir de uma faixa de
tamanho de contato critico, abaixo da qual obtém-se vida infinita (> 107), mantidas
constantes as magnitudes da méaxima pressao de contato py. Posteriormente, outros
pesquisadores, como Nowell (1989) e Araijo (2000), confirmaram a existéncia desse
efeito, inclusive para outros materiais.

Em 1996, Fouvry et al obtiveram os primeiros passos na analise de problemas de fret-
ting em contatos esféricos, com um estudo da nucleagao de trincas utilizando o critério
de Dang Van para contatos elasticamente carregados. Nesse estudo é desenvolvido o
estudo sobre fretting para condi¢oes de escorregamento parcial, e os resultados obtidos

permitiram a melhor investigacao da posicao e direcao da primeira trinca causada por



condicoes de fretting. A analise multiaxial indicou que para um contato esfera-plano a
primeira trinca é basicamente relacionada com as propriedades do material e com as
condicoes de carregamento do contato.

Recentemente, o estudo de fadiga por fretting tem sido classificado dentro de trés
abordagens, conforme foi citado em (Ciavarella, 2001): (i) abordagem dos microdesliza-
mentos, ja estudada por Ruiz e Chen (1986), Vingsbo e Soderberg (1987) e Lindley
(1997) entre outros; (ii) abordagem da mecanica da fratura, desenvolvida em vérios
estudos por pesquisadores como Endo e Goto (1976), Waterhouse (1981), Hoeppner e
Gates (1981), Nowell (1988), Waterhouse e Lindley(1994), Hills e Nowell (1990 e 1994),
Fellows et al. (1997), Giannakopoulos et al. (1998), Aratjo e Nowell (1999), Mugadu
e Hills (2002), Mutoh e Xu (2003); (iii) abordagem que estabelece analogias entre a
fadiga em componentes entalhados e a fadiga por fretting, desenvolvida por autores
como Giannakopoulos et al. (2000), Naboulsi e Mall (2003), Nowell e Dini (2003),
Vallellano et al. (2003), Fouvry et al. (1998 e 2002), Araiijo e Nowell (2002).

O terceiro tipo de abordagem considera que a fadiga por fretting poderia ser tratada
como um problema de fadiga convencional na presenga de um concentrador de tensao
(notch analogue). Com isto, minimiza-se a consideragao do efeito do desgaste superfi-
cial sobre a resisténcia em fadiga do componente e maximiza-se o efeito de concentracao
de tensoes na regiao do contato. De fato, Giannakopoulos et. al. (2000) mostraram que
o campo de tensao resultante do contato entre uma sapata plana com cantos arredonda-
dos e um semi-plano era similar ao campo de tensao de corpos entalhados, e sugeriram
que se deveria explorar essa caracteristica para estabelecerem-se metodologias de pre-
visao de vida ou resisténcia a fadiga por fretting.

Fouvry et al. (1998 e 2002) testaram configuragoes esfera-plano sob condigoes de
escorregamento parcial para validar a aplicagao de alguns critérios de fadiga multiaxial e
verificaram que os resultados obtidos nao eram satisfatérios quando o campo de tensoes
apresentava severos gradientes. Aratjo e Nowell (2002) conduziram uma abordagem
similar, utilizando os critérios de plano critico de Smith, Watson e Topper (1970) e
de Fatemi e Socie (1988), e verificaram que melhores resultados poderiam ser obtidos
utilizando uma zona de processo que nao pareceu, a principio, ser caracteristica prépria
do material. A abordagem foi confrontada com dados experimentais envolvendo o
contato entre cilindros. Tais dados eram caracterizados pela existéncia de um tamanho
de contato critico abaixo do qual a vida em fadiga por fretting era infinita, apesar de
a magnitude do campo de tensoes superficial ser idéntica para os diferentes testes. Em
trabalhos posteriores, Aratijo e Mamiya (2003) e Aradjo et al. (2004) verificaram que
o modelo mesoscépico proposto por Dang Van (1989) também néao era capaz de prever
o efeito do tamanho do contato sobre a resisténcia a fadiga a nao ser que uma média
das tensoes dentro de uma zona critica fosse considerada na analise.

Em 2003, Vallellano et al. utilizaram a metodologia de notch analogue para prever



a vida a fadiga sob condigoes de fretting em contatos esféricos. Nesse trabalho, os
autores utilizaram os métodos do ponto e da linha de Taylor e o método da tensao
equivalente para tal andlise, validando as estimativas de vida por meio de resultados
experimentais em ensaios com Al7075-T6. Tal metodologia foi capaz de gerar resultados
bastante confidveis, principalmente com respeito ao método do ponto. Contudo, a
analise proposta foi baseada em um estado de tensoes uniaxial.

Posteriormente, em 2004, Navarro et al. utilizaram métodos que consideram a fase
de iniciacao e propagacao de trincas para estimar a vida a fadiga em contatos esféricos
submetidos a condicoes de fretting. Nesse trabalho, a vida a fadiga na fase de iniciacao
é estimada utilizando-se a média das tensoes em determinada profundidade ou o valor
da tensao a certa profundidade. Assim, a vida estimada do componente é dada pela
soma da vida na fase de iniciacao com a fase de propagacao. A andlise feita se baseou
num estado uniaxial de tensoes.

Este trabalho estende para problemas de fadiga por fretting a abordagem proposta
por Susmell e Taylor (2003) para estimar o limite de fadiga de componentes contendo
irregularidades geométricas. Taylor (1999) mostrou que o processo de iniciagdo de
trincas em componentes da suspensao de automoéveis pode ter inicio em regioes menos
solicitadas em termos do estado de tensao na superficie. Observou-se que, nesses casos,
o estado de tensao a uma determinada distancia critica da superficie parecia caracteri-
zar apropriadamente a resisténcia a fadiga do componente. Essa distancia foi definida
como uma propriedade do material, cujo valor para diferentes ligas pode ser encontrado
em Susmel et al. (2004). Em componentes entalhados, assim como em problemas
de contato mecanico, o estado de tensao sub-superficial é invariavelmente multiaxial.
Neste sentido, Susmel e Taylor (2004) associaram o método da distancia critica (MDC)
de Taylor, inicialmente testado com modelos de fadiga uniaxial, ao método da curva
de Wohler modificada, que avalia a resisténcia a fadiga multiaxial.

O objetivo desta dissertacao de mestrado é propor uma metodologia para estimar a
resisténcia a fadiga de componetes mecanicos sob condicoes de fretting. Para alcancar
o objetivo proposto, fez-se uma revisao bibliogréafica relativa aos conceitos de mecanica
do contato, mecanica da fratura, fadiga uniaxial e fadiga multiaxial. Os tépicos da
mecanica do contato sao abordados no capitulo 3, e o problema do contato entre es-
feras é desenvolvido. A formulagao desse problema é importante pois fornecera o campo
de tensao ciclico para alimentar a metodologia em andlise. A seguir sao apresentados
conceitos basicos da mecanica da fratura, inclusive sobre o tema Trincas Curtas, que
é fundamental para a andlise da metodologia proposta. Depois sao retratados os as-
suntos da fadiga uniaxial, fadiga multiaxial e do método da distancia critica de Taylor.
Enquanto os modelos de Susmel&Lazzarin e Dang Van sao uteis para estimar o limite
de fadiga sob condi¢oes multiaxiais de solicitacao, o método da distancia critica de

Taylor é uma ferramenta poderosa para se trabalhar em componentes com gradientes



de tensoes severos, como é o caso em aplicacoes envolvendo o fretting. A seguir sao

relatados os dados experimentais disponiveis na literatura e os resultados.



Capitulo 2
Metodologia

A primeira etapa do trabalho foi a escolha da configuracao tipica do contato en-
tre uma esfera e um corpo de prova de tracao para a aplicacao de uma andlise de
fadiga por fretting. Tal configuragao (Figura 2.1) foi escolhida pois ela possui solugao
analitica, possibilitando assim a implementacao de uma rotina em plataforma MatLab

que reproduza o campo de tensoes gerado por esse problema de contato.

B()

N

Figura 2.1: Esquema da configuracao tipica do contato entre esferas e um corpo de

prova tracionado

Por meio da teoria da mecanica do contato foi desenvolvida uma base téorica para
o entendimento do problema. Mostra-se que a partir de um formulagao geral pode-se
obter uma solucao particular para o problema de uma esfera e um semi-plano infinito.
O campo de tensoes gerado pelas cargas de contato normal e tangencial e o efeito
da presenca de uma carga remota de fadiga foram avaliados analiticamente e seus
resultados apresentados graficamente no capitulo de resultados deste trabalho.

Essa metodologia estende a abordagem de componentes entalhados sob condig¢oes

de fadiga convencional para componentes submetidos a fadiga por fretting. A base da



referida metodologia envolve teorias de fadiga uni/multiaxial e da mecanica da fratura
linear e elastica. Portanto, conduziu-se um revisao tedrica sobre esses temas, para
posterior aplicacao.

O efeito do gradiente de tensao influencia diretamente a propagagao de trincas e
interfere na previsao da resisténcia a fadiga do material. Para avaliar-se tal efeito na
resisténcia a fadiga, adotou-se o Método da Distancia Critica do Ponto proposto por
Taylor (1999) para componentes entalhados. Por esse método, o limite de fadiga do
componente deve ser avaliado nao na sua superficie, mas em um ponto localizado no
seu interior (ponto critico), cuja posigao é uma propriedade do material.

Segundo muitos dados existentes na literatura, o campo de tensao abaixo da su-
perficie de contato é multiaxial. Portanto, para a avaliacao da resisténcia a fadiga do
material submetido a condicao de fretting, foi conveniente adotar um critério de fadiga
multiaxial. Neste trabalho foi considerado o critério de Susmel & Lazarin (2002) e de
Dang Van (1989).

Definida a configuracao de contato a ser estudada, conhecendo-se o perfil desse
campo de tensao e considerando-se as teorias que levam em conta o gradiente de tensao,
avangou-se para a construcao de um modelo numérico capaz de simular as condicoes
definidas para o problema analitico. Assim, foi desenvolvido uma rotina em MatLab
que reproduz o campo de tensoes gerado na regiao do contato, e que calcula o limite
de fadiga para condigoes de fretting no ponto critico segundo os critérios multiaxiais

mencionados acima.



Capitulo 3

Mecanica do Contato Elastico

3.1 Contato entre Esferas

O uso de modelos de fadiga multiaxial para a previsao da resisténcia a fadiga por
fretting em regime de alto niimero de ciclos requer a determinacao do campo ciclico
de tensoes na regiao do contato. A maioria dos casos de fadiga por fretting envolve
contatos mecanicos de componentes com configuracao tao complexa que a Unica anélise
possivel tem que envolver algum método numérico, sendo o método dos elementos
finitos (EF) um dos mais utilizados. Apesar do grande interesse pratico na anélise e
teste de configuragoes reais, o mais sensato durante o periodo de validagao de modelos e
metodologias para o calculo da resisténcia a fadiga por fretting é utilizar configuracoes
classicas que possuam solugoes exatas para o campo de tensoes e que sejam simples
de testar. Ha na literatura uma disponibilidade de dados experimentais obtidos de
testes de fadiga por fretting envolvendo o contato entre esferas, alguns dos quais serao
selecionados para validar os modelos implementados. Neste capitulo sera descrito o

procedimento para o calculo do campo de tensao ciclico para essa configuracao classica.

3.1.1 Tensoes Superficiais

A determinacao do campo interno de tensoes para o contato entre esferas, submeti-
das inicialmente a uma carga normal P e posteriormente a uma carga tangencial @),
requer primeiramente a solucao do problema de contato, ou seja, a obtencao da dis-
tribuicdo de pressao de contato normal p(z), da de cisalhamento superficial ¢(x) e do
tamanho de contato a. Uma grande quantidade de problemas de contato pode ser solu-
cionada usando duas equagoes integrais que relacionam a distribuigao de pressao p(x)
ao deslocamento normal h(x), e a tensao cisalhante superficial ¢(x) ao deslocamento
tangencial relativo g(z). Detalhes referentes a formulagao do problema de contato po-
dem ser encontrados em Hills et al. (1993) e Johnson (1985). Aqui apresentam-se

entretanto as equacgoes integrais para dois corpos similarmente eldsticos:



1oh 1 [ p(Q)d¢
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Adr / x—C’ (3.1)
e

1dg _ 1/61(()61( (3.2)

Adx 7w ) x—C(’ '
onde A é a complacéncia composta, definida como:

1-— 1—
A=-—", 7" (3.3)

H1 2

onde i é o modulo de rigidez e v a razao de Poisson, e os indices 1 e 2 indicam
materiais diferentes. Para o estado plano de deformacao a expressao acima toma a

seguinte forma:

1—12 1-12
A:2( E1V1+ E;?), (3.4)

onde F é o mdédulo de elasticidade.

3.1.2 Carga Normal

A configuracao de interesse neste trabalho, que ja foi adotada em testes de fadiga
por fretting por outros pesquisadores (Navarro, 2004), é mostrada na Fig. 3.1. O
raio da sapata R e o carregamento normal P foram definidos considerando cada corpo
como um semiplano eldstico. Assim, a solucao para a distribuicdo de pressao é a
Hertziana. Os resultados de Hertz (1882) prevéem que, devido a forga normal estética,

uma distribuigao de pressao eliptica é desenvolvida(Fig. 3.2):

T

2
pla) = —poy/1- (5). (3.5)
onde py é o valor maximo da pressao no contato, obtida a partir da condicao de

equilibrio

3P

2ma?’

Po (3-6)



™
< h(x)
~ i S
— 1 L
///-'E{ a - "
// s r
~ Copo 2

Figura 3.1: Contato entre dois corpos elasticamente deforméveis submetidos a forga
normal P e tangencial Q).

a ¢ o tamanho da metade do comprimento da regiao do contato

_ 3/3PA
a = 8—1{;’ (37)
onde k ¢é a curvatura relativa definida por:
1 1
k=—+—]. 3.8
<R1 - RQ) (3:8)

Os subscritos 1 e 2 referem-se aos corpos 1 e corpo 2, respectivamente.

P(X)/p,

Figura 3.2: Distribui¢do da pressao normal p(x)/po.
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3.1.3 Carga Tangencial

A aplicacao de uma carga tangencial () faz surgir tensoes cisalhantes na superficie
dos corpos, como foi descrito por Cattaneo (1938) e mais tarde de forma independente
por Mindlin (1949). Em muitos casos de fadiga por fretting, o carregamento cisalhante
aplicado é menor que o limite para escorregamento total. Sendo assim, desenvolvem-se
duas regides distintas dentro da zona de contato: (i) uma regiao central de comprimento
2¢, denominada zona de aderéncia, onde nao ha movimento relativo entre pontos cor-
respondentes das superficies em contato, e (ii) uma regiao periférica situada entre as
extremidades do contato e da zona de adesdo (¢ < |z| < a). Essa regiao é usualmente

denominada de zona de escorregamento (Fig. 3.3).

zema de &5 corTegamento
B0 zoma de adeso

T S s
%//: -4 -C ¢ a —d
7//;/ S _ —_—

_
7//;/ Q

Figura 3.3: Regioes de escorregamento e de adesao para o contato entre esferas em

regime de escorregamento parcial.

Portanto, parece conveniente modelar as tensoes superficiais cisalhantes como uma

perturbagao da solugao de escorregamento total:
T 2 ’
a(x) = froy/1= () +d (@), (3.9)

Na zona de adesdo, pode-se obter ¢ (z) resolvendo-se a equacio integral 3.2 (Hills

onde f é o fator de atrito.

et al, 1993) e levando em consideragao o fato de que ndo ha movimento relativo na
direcao x entre pontos correspondentes da regiao de adesao (g(z) = 0,Vz € |x| < ¢).

Portanto,

’ x

q(x) = fpog 1- (E)Q. (3.10)

Na zona de escorregamento (¢ < |z| < a) obviamente ndo hé perturbagao na solugao

completa. Assim:

11



g(x)=0 Vrec<|z|<a. (3.11)

O tamanho da zona de adesao ¢ é encontrado considerando-se o equilibrio na direcao

tangencial:

- (3.12)

A Fig. 3.4 mostra a distribuicao de pressao e das tensoes cisalhantes no contato
para uma configuragao tipica de carregamento. Pode-se notar que na regiao central ou

de adesao as tensoes cisalhantes sao menores devido a perturbacao na solucao:

N6

04k

02

Distribuicie das Tensdées Normalizadas
ao Longo da Superficie de Contato

Figura 3.4: Perfil da distribuigao de pressao e tensao cisalhante para uma configuragao

tipica de carregamento onde a razao @/ fP é maxima.

As expressoes desenvolvidas até agora para a distribuicao da tensao cisalhante na
superficie do contato sao aplicaveis somente quando a forca tangencial atinge seu valor
maximo no ciclo de carregamento. Para analisar as tensoes superficiais e, conseqlien-
temente, a tensao e/ou deformagdo em outro instante qualquer do ciclo de fretting, é
necessario avaliar o que ocorre no carregamento reverso. Enquanto tal analise tem sido
detalhada por Hills et al. (1993), técnica semelhante serd resumidamente apresentada
aqui.

Para continuar essa andlise é aconselhavel recordar as condicoes de contorno den-
tro das zonas de adesao e de escorregamento na interface do contato. Para qualquer
ponto x dentro da zona de escorregamento, as tensoes superficiais sao relacionadas pela

conhecida lei de Amontons (Amontons, 1699):
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lq(z)| = —fp(x). (3.13)

Além disso, a direcao das tensoes cisalhantes é oposta ao movimento da superficie,

fornecendo:
0
sgn(q(x)) = —sgn (a—§> : (3.14)

onde % ¢ a taxa de deslocamento na direcao x.
Na regiao central, onde nao ha deslocamento relativo entre particulas correspon-
dentes, as tensoes cisalhantes superficiais tém que ser menores que o valor limite de

fricgdo. Assim:

lq(2)] < —fp(). (3.15)

Qm&x

Q min

Figura 3.5: Variacao do carregamento cisalhante () com o tempo t.

Para a determinacao das tensoes superficiais cisalhantes, contar-se-4 com o apoio
da Fig. 3.5, que descreve a variacao da carga tangencial () com o tempo t. Durante
a primeira fase de carregamento, ou seja, quando o carregamento tangencial parte do
zero e atinge seu valor maximo, ponto A da Fig. 3.5, as equacgoes 3.9 a 3.11 descrevem
apropriadamente a variacdo de ¢(z). Porém, durante o descarregamento do ponto A
para o ponto B, o deslocamento relativo muda de sinal, provocando a violacao da

equagao 3.14 e a adesao em todo o contato. Continuando o descarregamento até o
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ponto C, verificar-se-4 um escorregamento reverso a partir dos limites da regiao de
contato. Nesta nova zona de escorregamento (¢ < |z| < a), as tensoes cisalhantes
superficiais terdo mudado de fp(z)4/1 — (%)2 para —fp(z)y/1 — (%)2 Assim, por
analogia, é possivel concluir que, dentro das zonas de adesdo, a tensao superficial

corretiva necessaria para prever escorregamento sera dada por:

/
"

q (z)= 2fp0% 1- (g)Q (3.16)

Note que o fator dois, na equacao 3.16, deve cancelar o deslocamento relativo
quando as tensoes superficiais na zona de escorregamento passam a ser calculadas por
2 2
x 3 A x
2fp(x)y/1 — (E) ao invés de fp(x)y/1 — (Z) , como ocorre durante a fase de carrega-
mento. As distribuicoes das tensoes cisalhantes superficiais para cada regiao durante a

fase de descarregamento sao apresentadas na tabela 3.1:

Tabela 3.1: Tensoes superficiais cisalhantes para cada regiao durante a variacao do

carregamento tangencial com o tempo.

q(z)/ fpo Zona de Aplicacao
_\/1_ (z)” ¢ </ <a

2 / 2 ’
—\/1—(8)" +2¢ 1_<£,> c<l|z]<ec

1= (2) 42¢ 1—<§>2—§ 1 (2)° 2] < c

O tamanho da nova zona de adesao em qualquer instante ¢ do carregamento reverso

é obtido da condicao de equilibrio, o que fornece:

C% _ \3/1 _ (%T_;?(t)) (3.17)

A Fig 3.6(a) mostra a variacao das tensoes cisalhantes superficiais para diferentes

valores de (), correspondentes aos pontos A, C', D, E e F do ciclo de fretting mostrado
na Fig. 3.5. E importante notar que as tensoes cisalhantes superficiais para valo-
res extremos do carregamento tangencial (pontos A, +Qaz, € F, —Qumas) S80 iguais
e opostas. Além disso, observa-se que depois da remocao total da forca cisalhante
(ponto D), tensoes cisalhantes superficiais nao nulas, mas em equilibrio, persistem.
Isso significa que o atrito no contato é nao linear e as tensoes cisalhantes superficiais
e conseqiientemente as tensoes e deformacoes nos corpos em contato sao dependentes
da histéria de carregamento. Portanto, a aplicagao do principio de superposicao tem

de ser exercitada com cuidado em problemas de contato com atrito.
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3.1.4 Carga Remota de Fadiga

Se uma carga de fadiga B(t) remota ao contato e moderada é aplicada ao corpo
de prova em fase com a carga de contato tangencial (Fig. 3.3), serd produzido um
deslocamento da zona de adesdao e (nos pontos maximo e minimo de B) ou e (du-
rante o descarregamento ou recarregamento de B). Pode-se computar o valor desse
deslocamento usando-se as equagoes 3.18 e 3.19. Novamente, os detalhes relativos a
obtencao dessas expressoes nao serao apresentados, mas o seu desenvolvimento pode
ser encontrado em Hills et al.(1993):

e 4o

= 3.18
a 7Tf d»y ( )
6, 20—max

— = k 3.19
a 7Tf d» ( )

wa wa

(a) (b)

Figura 3.6: Variacao das tensoes cisalhantes superficiais em diferentes instantes do
carregamento ciclico tangencial, com @Q/fP variando entre £0.5547. (a) sem o efeito

da carga remota; (b) com efeito da carga remota para (]’D—f variando entre £0.2433.

A Fig. 3.6(b) mostra a histéria das tensoes cisalhantes superficiais para uma com-
binacao das cargas cisalhante e remota. Percebe-se claramente o deslocamento da zona
de adesao devido a presenca da carga remota. Deve-se ressaltar que a formulacao
desenvolvida acima para o deslocamento da zona de adesao é somente valida para pe-
quenos valores da carga de fadiga, que ird produzir (e + ¢ < a) e (e' +c < a). Para
carregamentos maiores, o tamanho e a posicao da zona de adesao precisam ser cal-

culados numericamente, por exemplo usando programacao quadréatica (Nowell e Dai,
1998).
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3.1.5 Campo de Tensao Ciclico no Interior da Regiao do Con-

tato

O campo de tensao interior ao contato resultante pode ser obtido pela superposicao
dos campos de tensoes provocados por p(z) e g(x), embora a variagdo originada pelos
termos de perturbacdo ¢ (z) e ¢ (x) tenha que ser levada em conta. E particularmente
importante notar que quatro diferentes combinagoes de superposicao serao necessarias
para descrever o campo de tensao nos estados de carregamento méaximo e minimo e du-
rante o descarregamento e recarregamento. Assim, o tensor tensao para esse problema

de contato sob um regime de escorregamento parcial é dado por:

o($2) o (%3) ifat (%) qcfcw I8 (3.20)

Do Do Do a Do Po

para os instantes em que Q(t) = Qumaz € Q@ = Qmin, ©

, t zfe/(t) 2
(t)? ( 0] ’c’<t>>

o £7 z o™m E) z t 27 z c
G2 (), D), .
Po Po Po a Po
a.t x—e7§ t
a Po Po
durante (6] descarregamento (S0) recarregamento, onde
1 00
B
op=—1000 (3.22)
000
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Figura 3.7: Sobreposicao dos tensores tensao gerados pela aplicagao da forga normal(a),

seguida da forca cisalhante(b) e da carga remota de fadiga(c)

No instante de @4z, 0 sinal do 29 termo da equacao 3.20 é positivo, enquanto o
sinal do 39 termo é negativo. Os sinais se invertem na ocorréncia de Q. J4, durante
o descarregamento, o sinal do 22 termo da equacao 3.21 é negativo, o do 39 termo é
positivo e o do 49 termo é negativo. Da mesma forma como acontece com os sinais nos
instantes de carga maxima e minima, os sinais se invertem durante o carregamento.
Os sobrescritos n e t referem-se aos tensores de tensao produzidos pelos carregamentos
normal e tangencial, respectivamente. Esses tensores podem ser avaliados usando-se os
potenciais de Muskhelishivili (Muskhelishivili, 1953, Hills et al., 1993) e considerando
um estado plano de deformacao.

Expressoes explicitas para o campo de tensoes gerado pelas cargas de contato

() (T2
Hamilton(1983) e Hills et al.(1993). Essas expressoes sao mostradas abaixo.

normal e tangencial para contatos esféricos sao apresentadas em

O leitor deve notar que existem expressoes para o calculo do campo de tensao validas
somente na superficie do contato (z = 0), e outras validas para o interior (z > 0). Por
isso, devera se tomar cuidado na utilizacao delas para a obtencao do tensor tensao
na superficie de contato e no centro do volume estrutural. Existe também mais uma
delimitacao que se refere a expressoes validas apenas dentro da regiao delimitada pelo

tamanho de contato (—a < z < a) e para fora dela (—a > = > a). Dessa forma, as
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expressoes utilizadas para cada regiao estao relatadas a seguir. Da mesma forma que
anteriormente, os indices n e t se referem ao campo de tensao gerado devido a forca

normal e tangencial, respectivamente.

Expressoes validas na superficie (z = 0) e fora da regiao de
contato (—a > x > a).

2= (1-2v) %

= (1-2v)x

90 X 1—2v
I — €T
0 Y 3rd

axz _ _£ 2 2 o { 2
0 Ty X (2(7’ + vy ) Fy +v [3 4<r) }HO)

o 2
F% — _% X (2x2F0+ [1—4(%) }HO)

T _ Y ((72 — 2w Fy + v {1 —4 (f)ﬂ Ho)

fp0 rd r
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Expressoes validas na superficie (z = 0) e no interior da regiao

de contato (—a <z < a)

i x <y2 — %1 = 2V[(1 _ T2)3/2 . 1] . (x2 + 21/y2)m>

r? r? 3
1 22 —y?1—2u
ﬁx< - ) [(1—7’2)3/2—1]—(y2—|—21/x2)\/1—r2>
V12
Ly 2 2\3/2
(1—2y)><§><(\/1—7"2—1—@[(1—7“)/ —1])
0
0
T nu
T (1)
2 ( * 4
3mvx
8
0
TG
(-1
4 \2
V12
0
r = /x2_|_y2
1 1, (1
Fy = —5\/1“2—1—1-57" tan (r2—1>
1 1 1 1
Hy, = §(r2—1)%—1r4tan_1 <7‘2—1)_Zr2 r2—1
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Expressoes validas no centro do volume estrutural (z # 0)

(1= 20) = (22— y)(1 = ) + Z[(1 + vyuaretan(E) — 20 — (1 = )2
— V)T — - — — viuarctan(—) — 2v — (1 — v)———
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2 724
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3
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TY2U
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Capitulo 4

Mecanica da Fratura e Teoria da

Distancia Critica de Taylor

4.1 Mecanica da Fratura

Fratura devido a cargas ciclicas é conhecida como fadiga, e essa é reconhecidamente
a maior causa de falha de componentes mecanicos. E conveniente dividir o fenémeno
de fratura por fadiga em trés etapas: (i) inicia¢@o de trincas; (ii) propagagao da trinca,
onde se avaliaria a trinca até um tamanho critico suportado pelo componente; e (i)
ruptura ou falha catastrofica da estrutura. A mecanica da fratura é a ciéncia que

estuda as etapas (ii) e (#i7) deste fenémeno.

4.1.1 Tensao na Ponta da Trinca

Uma trinca em um sélido pode-se propagar em diferentes modos, como ilustrado
7N

na figura 4.1. Os modos I, II e I1] sao denominados de "modo de abertura”,”modo

de cisalhamento”e "modo de rasgamento”, respectivamente.

Figura 4.1: Modos de propagacao de trincas.

Considere uma trinca de comprimento 2b em um plano infinito sujeita a uma tensao
o no modo /. Um elemento dzdy do plano a um distancia r da ponta da trinca e a

um angulo 6 em relagdo ao plano da trinca (Figura 4.2) experimenta tensdes normais
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Ozz € Oy € uma tensao cisalhante 7,,. De acordo com a teoria da elasticidade pode-se
mostrar que essas tensoes sao dadas pelas relagoes:
ov b 0 0 360

Opp = cos—(l—sin—sin—)+~~~

V2mr 2 2 2

ovVrb 0 .0 .30
ayy—Wcos§<1+81n§sm?>+--- (4.1)

ovrb . 0 0 30

Ty = s1n—cos§cos?+-~

\27r

Figura 4.2: Trinca em um plano infinito sujeita a uma tensao normal.

As equacoes 4.1 sao os primeiros termos de uma expansao em série, somente validas
parar < b. Elas mostram que 0 — oo quando r — 0 (ponta da trinca) e que as mesmas
sao produto da posicdo geométrica (1/v/27r)f(#) e um fator de correcio ov/7b, que é
chamado de fator intensidade de tensao do modo I, K;. O fator intensidade de tensao
determina a magnitude das tensoes elasticas nas proximidades da ponta de trinca.
K foi obtido considerando (i) apenas o 1° termo de uma expansao em série (para os
termos subseqiientes, a tensao é proporcional a poténcias de r) e (i4) uma anélise linear
e elastica. Portanto, a aplicabilidade de K estd restrita a regioes préximas da ponta da
trinca, onde r > b, e a condicoes de escoamento de pequena escala, ou seja, a regiao
plastificada na frente da trinca deve ser muito menor que a regiao de dominancia de
K.
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r<10%=©0b
Ip= b/50

Zona Pldstica

Regido de Domindncia
de K

Figura 4.3: Zonas plastica e de dominancia de K na ponta de uma trinca

4.1.2 Propagacao da Trinca

O fator intensidade de tensdo (K) ¢ uma medida da tensdao e da deformagao
nas proximidades da ponta da trinca. Portanto, é também esperado que a taxa de

propagacao da trinca esteja relacionada, de alguma maneira, a K:

& = J(AK), (4:2)
onde db/dN é a taxa de crescimento, N é o numero de ciclos de fadiga e AK é a
faixa de variacao do fator intensidade de tensdao que ocorre na ponta da trinca. Se
os resultados de um grande ntimero de testes forem dispostos em um diagrama com
escalas logaritmicas de db/dN contra AK, obtém-se gréaficos do tipo mostrado na figura
4.4. No ponto onde a curva toca o eixo AK, obtemos um valor que é caracteristico
do material, denominado fator de intensidade de tensao limiar AKy;,. Para valores de
AK igual ou inferiores a A Ky, a taxa de crescimento da trinca é considerada nula. No
estagio 1 de crescimento, ha um forte aumento de taxa de propagacao da trinca com
AK. O estagio 2, parte linear do grafico, pode ser descrito pela Lei de Paris (Paris,
1961):

db

— = B(AK)™, 4.3
o = B(AK) (4.3)
onde B e m sao constantes do material. Finalmente, no estagio 3 a trinca se torna tao
grande que a zona pléastica na ponta da trinca comeca a dominar o seu comportamento,

e o componente falha.
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db/dN 4

Estagio 1 Estagio 2 Estagio 3

AK AK

Figura 4.4: Taxa de crescimento em funcao de AK.

4.1.3 Trincas Curtas

A caracterizagao do crescimento de trincas de fadiga sob as bases da Mecanica da
Fratura Linear Elastica apdia-se em testes experimentais de fadiga em corpos de prova
contendo trincas “longas”, caracterizadas tipicamente por dezenas de milimetros de
comprimento. Existe, entretanto, um grande nimero de componentes sob condicoes
criticas de fadiga, tal como pas e discos de turbinas, cujo projeto requer um entendi-
mento das caracteristicas de propagacao de trincas de dimensoes significativamente
pequenas.

A taxa de crescimento de trincas curtas pode ser significativamente maior que a
correspondente taxa para trincas longas, quando caracterizadas em termos do mesmo
fator intensidade de tensao. Observa-se, ainda, que pequenas trincas crescem a taxas
consideraveis quando o AK nominal é menor que o fator intensidade de tensao limiar
A Ky, obtido para trincas longas.

A primeira observagao relatada de crescimento acelerado de trincas curtas de fadiga
¢ atribuida a Pearson (1975), que examinou os efeitos do tamanho da trinca nas taxa
de propagacao em uma liga de aluminio endurecida. Ele achou que trincas curtas
superficiais, 0,006 até 0,5mm de profundidade , cresciam 100 vezes mais rapido que
trincas mais longas, com dezenas de milimetros de tamanho, quando submetidas ao
mesmo AK nominal. Essa investigacao indicou também a possibilidade do avango de
trincas curtas submetidas a faixas de tensao nominal abaixo do limiar para trincas
longas. Estudos posteriores (Lankford, 1982 e 1986, Miller et al., 1986, e Kitagawa
¢ Tanaka, 1990) considerando diferentes materiais tém mostrado varias aceleragoes e
desaceleracoes transitérias associadas com o crescimento subcritico de trincas curtas
de fadiga. Smith et al. (1996) estudaram o comportamento de trincas curtas em uma

super liga de niquel, conhecida como Waspaloy, a qual é usada para fabricacao de pas
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de turbinas e compressores em motores de aeronaves. Aceleragoes e retardos na taxa
de crescimento da trinca sao observados com o crescimento do seu comprimento até
que esta se torne uma trinca longa, cujo comportamento ¢é caracterizado pela Mecanica
da Fratura Elastica Linear. Tem-se relatado que o retardamento da trinca ocorre
quando a sua ponta alcanga algum tipo de barreira microestrutural, como por exemplo
o contorno de grao. Na verdade, na interacao da ponta da trinca com o contorno de
grao podem ocorrer as seguintes consequéncias:

i) um retardo na taxa de crescimento da trinca ocorre até que a zona plastica atinja
um tamanho consideravel dentro do grao vizinho;

ii) o crescimento da trinca pode ser interrompido se as bandas de escorregamento
na ponta da trinca forem bloqueadas pelo contorno de grao;

iii) uma mudanga na forga motriz na ponta da trinca provocada pela deflexao da
trinca, associada a reorientacao cristalografica da ponta da trinca a medida que ela

atravessa o contorno de grao.

Transicao entre Trincas Curtas e de Tamanho Limiar

Considerando dados para trincas curtas obtidos para uma larga variedade de ma-
teriais, Kitagawa e Takahashi(1976) demonstraram que existe um tamanho critico ou
intrinseco by abaixo do qual AKy, decresce com o decrescimento do tamanho da trinca.
Para b < by, observou-se (figura 4.5) que a condigao limiar é caracterizada por uma
faixa de tensao critica Aoy, a qual se aproxima do limite de fadiga para corpos lisos
ofp. Para b > by , também observou-se que AKy, ¢ independente do tamanho da
trinca. Esse valor de AK serd denominado, deste ponto em diante, de faixa de fator

intensidade de tensao limiar para trincas longas, ou AKj.
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Ao, / Ao,

Figura 4.5: O efeito do tamanho da trinca na (a) tens@o limiar e no (b) fator intensidade

de tensao para uma larga variedade de ligas de engenharia (Dowling, 1993).

Dessa maneira, El Haddad et al.(1979) propuseram a seguinte expressao para o

fator intensidade de tensdo de uma trinca de comprimento efetivo (b + by):

AK = Aoy/7(b+ by), (4.4)

onde Ao é a faixa de tensao aplicada e by é o tamanho intrinseco da trinca, uma
constante para um dado material.

A equacao 4.4 é uma simples formulacao empirica, sem interpretagao fisica, que
prediz maiores valores de AK para trincas curtas. A tensao limiar para trincas curtas
ird se aproximar do limite de fadiga do material Aoy obtido a partir de espécimes lisos.

Note que da equagao 4.4 o fator intensidade de tensao limiar pode ser obtido como:

AKO = AO’ﬂ\/ 7Tb0 (45)

Colocando-se by em evidéncia temos,

o= (5 @
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Em uma trinca de um tamanho efetivo (b + by), a tensao limiar é obtida da equacao

4.4 como:

Aoy, = _OKo (4.7)
7T(b + bo)

Normalizando ambos os lados com relacao aos limites de fadiga do material:

Aoy, bo
— =y — 4.8
AO’fl (b + bo) ( )

Como mencionado, algumas observacoes experimentais tém revelado que para val-
ores inferiores a by o valor da faixa do fator intensidade de tensao limiar decresce com
a diminuicao do comprimento da trinca, portanto uma expressao que descreve esse

comportamento visto em tal regiao pode ser desenvolvida como segue:
AKy,(b) = Aoy, Vb, (4.9)
ou normalizando com relagdo a AK, (equacao 4.5)
AKy,(b) _ AUth\/E (4.10)
AK, AoV by

Substituindo a equacao 4.8 em 4.10 obtemos

AKu(b) b
AKy, — \ (b+bo) (4.1)

ou, considerando a observagao anterior de Kitagawa e Takahashi (1976), a equagao 4.10

pode ser escrita em uma forma simplificada dependente do tamanho de trinca b como:

AKy, Oth b
1 Ith _ 2 4.12
AKO © O'fl (b + bo) ( )

Aath AKth b
_q _.Jb 4.13
Ao ¢ AK, bo (4.13)

(1) Para b > by

(i7) Para b < by
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4.2 Método da Distancia Critica de Taylor

A falha por fadiga em componentes geralmente ocorre devido a caracteristicas
geométricas que causam: (1) concentragao local de tensdo, (2) um gradiente de tensao
orientado na ponta do entalhe para o centro do corpo de prova, (3) um estado triaxial
de tensoes. Sabe-se que o comportamento a fadiga de um entalhe ou outro concen-
trador de tensoes nao ¢ determinado apenas pela maxima tensao local, mas depende
também de outros fatores determinados pela geometria do entalhe e da distribuicao
local de tensao. Portanto, o fator de redugao de resisténcia a fadiga Ky nao é geral-
mente o mesmo que o fator concentracao de tensao K;, principalmente para entalhes
agudos e entalhes em materiais de baixa resisténcia. Esse problema ja é conhecido ha
algum tempo, e dois tipos de solucao foram propostos. Primeiramente, a “aproximagao
de deformacao local” é baseada na idéia que a plasticidade modifica o comportamento
de entalhes agudos; logo, entalhes sao caracterizados de acordo com sua deformacao
plastica local. Segundo, existem varios métodos propostos para calcular os valores da
tensao no entalhe pela introdugao de um fator baseado na geometria do entalhe ou no
gradiente local de tensao.

Fundamentalmente, todos os métodos da segunda classe baseiam-se na idéia da
“distancia critica” ou “zona de processo”: é proposto que para que a falha por fadiga
ocorra, o nivel de tensao deve ser alto o suficiente nao somente no ponto de maxima
tensao, mas também por uma distancia em torno desse ponto. A maioria das teorias
assumem que um parametro importante é a média da tensao sobre um volume critico,
mas por conveniéncias de calculo isto tem sido simplificado, considerando-se apenas
a tensao em um unico ponto a uma dada distancia do ponto de tensao maxima ou
a tensdao média sobre uma linha de tamanho determinado. A referida distancia é
dependente do material: Peterson (1959) e Neuber (1958) acharam rela¢oes empiricas
que os possibilitaram estimar tais distancias para uma classe especifica de materiais,
mas devido a imprecisao dessas estimativas elas nao foram mais empregadas. Mais
recentemente Tanaka propos que o valor da distancia critica poderia ser calculado por
um parametro da Mecanica da Fratura, by, previamente definido por El Haddad et al.
(1979):

2
1{ AK,
by = — 4.14

onde F' é uma fator geométrico, AKj e Aoy sao o valor limite do fator intensidade de

tensao e o limite de fadiga do material, respectivamente, com a razao R apropriada.
Tanaka (1983) considerou dois caminhos possiveis para a solugao, que de acordo

com Peterson envolve o simples uso da tensao no ponto, e de acordo com Neuber

(1958) envolve a média da tensao na linha. Ele mostrou que, para o caso particular de
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entalhe agudo, essas distancias eram by/2 e 2by, respectivamente; assim, ele assumiu
a hipdétese que estas mesmas distancias podem ser apropriadas também na andlise
de entalhes. Essa mesma observacao foi feita por Taylor (1999), que também testou
a hipdtese acima, comparando-a com os dados experimentais de entalhes padrao em
corpos de provas testados, e usou-a na previsao do limite de fadiga para componentes.
Foi descoberto que boas previsoes (dentro de 20% do limite de fadiga) poderiam ser
obtidas para uma larga quantidade de materiais, geometria de entalhes e condigoes de
carregamento.

Um efeito interessante que surge da anélise de entalhes é que, em componentes que
contém mais de um concentrador de tensao, a falha por fadiga pode nao ocorrer no con-
centrador que cria a maior tensao. Considere, por exemplo, dois entalhes, um que seja
agudo, mas relativamente raso, e outro suave, mas profundo. A tensdao maxima pode
ocorrer na extremidade do entalhe agudo, mas a falha pode ocorrer preferencialmente
na extremidade do entalhe suave.

O método da distancia critica pode prever esse comportamento: uma vez que o
entalhe agudo tem maior gradiente de tensao, a tensao na distancia critica by/2 (ou a
média sobre 2by ) pode ser menor que para o entalhe suave. O método da distancia
critica pode também prever esse efeito, mas uma dificuldade surgiu em seu uso. Por
exemplo, a equacao de Peterson, a qual prediz Ky a partir de K}, usa o raio na raiz do
entalhe, o qual pode nao ser bem definido para componentes de formas mais complexas.
Também K e K; podem nao ser bem definidos, pois dependem da defini¢ao da tensao
nominal no componente. A abordagem da deformacao local pode ser capaz de prever o
local de fratura corretamente, mas na pratica esse resultado pode somente ser alcancado
mediante uma andlise da tensao elasto-plastica que permita redistribuir o campo de

tensao local.

4.3 Dano por Fadiga e o Volume Estrutural pro-

posto por Taylor

O uso de Modelos de Fadiga em conjunto com Teorias de Distancia Critica (TDC)
é baseado na hipotese de que a iniciacao de trincas ocorre dentro de um volume es-
pecifico. Pressupoe-se que o tamanho desse volume ¢é independente das caracteristicas
do concentrador de tensao e do campo de tensao produzido na regiao onde ocorre a
falha (Taylor, 2004).

Para determinar o tamanho desse volume, considere uma placa infinita com uma
trinca central e passante, como mostra a Fig. 4.6. Essa placa é submetida a uma
carga remota e alternada de fadiga (R = —1). Observando que gragas as consideragoes

supracitadas nao se observa o efeito da geometria, do gradiente de tensao e das tensoes
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médias nao nulas sobre o crescimento da trinca, a configuragao adotada pode entao ser
considerada como representativa do comportamento puro do material em termos da

fratura.

2h 7 —

|

i

} Volume

i Estrutural

L4 v v v vy oy oy JAORD

Figura 4.6: Placa Infinita com uma trinca central e passante submetida a uma carga

remota e alternada de fadiga.

Considerando nesse momento a curva Kitagawa-Takahashi (Fig. 4.5), pode-se notar
que esta é construida a partir de duas curvas que se interceptam em um ponto especifico.
A curva horizontal corresponde ao valor do limite de fadiga convencional, a curva
inclinada é construida a partir dos conceitos da Mecanica da Fratura Linear Elastica e

o ponto onde as duas curvas se interceptam determina um comprimento. Este é dado

1 (AKy\?
= _ 4.1
L W( Aaﬂ), (4.15)

onde Aoy é o limite de fadiga do material e AKy), é o fator de intensidade de tensao

por:

limiar. Ambos sao determinados a uma razao de tensao R igual a -1. Como a variavel
L é obtida a partir de duas propriedades materiais, essa também sera uma propriedade
material (Taylor, 1999).

Observando o comportamento do Diagrama de Kitagawa-Takahashi, verifica-se que
trincas com comprimento b menor que o comprimento L nao afetam o limite de fadiga.
Ou seja, o limite de fadiga praticamente nao serd alterado pela presenga dessas trincas,
desde que elas estejam confinadas dentro de uma area com comprimento caracteristico
igual a L.

E importante notar que quando um componente estd em condigoes proximas ao

seu limite de fadiga algumas microtrincas quase sempre estarao presentes no interior
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do volume estrutural. Porém, nestas condigoes essas trincas irao encontrar contornos
de graos ou barreiras microestruturais que impedem o seu crescimento. E sob essas
condicoes que a equagao 4.15 tem validade. Ja nos casos em que o componente pos-
sui entalhes agudos mas também estd no limite de fadiga, o maximo tamanho das
microtrincas bloqueadas é dado pela equacao 4.14, onde F' é um fator geométrico que
adquire valores maiores que 1. Isto torna evidente que trincas bloqueadas em condicoes
limites de fadiga sempre estao confinadas dentro do volume estrutural, mesmo quando
elas alcancam seu tamanho maximo. Todos os argumentos citados acima parecem su-
portar fortemente a idéia de que a zona de processo na fadiga tem um tamanho que
é diretamente relacionado com um comprimento caracteristico L, préprio do material.
Mais ainda, estudos recentes verificaram que as microtrincas contidas no volume estru-
tural crescem inicialmente de forma similar ao classico estdgio 1. Os mesmos estudos
mostraram que o comprimento desse primeiro estagio de propagacao de trincas é igual
a L/2. Quando as trincas sdo maiores que L/2, estas tendem a se orientar na diregao da
méxima carga que ocasiona o Modo I (estdgio 2) de propagacao (Fig. 4.1). Portanto,
se assumirmos que o processo de iniciacao da trinca é o estdgio mais importante para
determinacao do limite de fadiga, é logico supor que critérios multiaxiais sao os mais

apropriados para quantificar esse fenomeno.
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Capitulo 5

Fadiga Uniaxial e Multiaxial

5.1 Fadiga Uniaxial

5.1.1 Curva S-N

As leis ou equagoes que definem o comportamento do material em fadiga sao geral-
mente relacoes obtidas experimentalmente ensaiando corpos de prova do material que
se deseja estudar. Nessas leis, relaciona-se a amplitude de tensoes ou deformagoes com
o nimero de ciclos gasto até se atingir a falha completa do corpo.

Métodos para caracterizagao da vida em fadiga em termos da tensao nominal sur-
giram a partir do trabalho de Wéhler (1860), que analisou o fenomeno de fadiga para
eixos de maquinas ferrovidrias. Tal método é baseado no diagrama de Wohler (curvas
S-N). Esse diagrama correlaciona a amplitude da tensao nominal em um corpo de prova
normalizado com o nuimero de ciclos aplicados até a falha do corpo de prova. Os dados
sao usualmente obtidos a partir de testes de flexdo ou de tragdo/compressdo sem a
presenca de tensoes médias.

Em 1910, Basquin observou esses dados e verificou que eles poderiam ser lineariza-
dos em um grafico log-log. A equacao 5.1 descreve o comportamento das curvas S-N e
¢ chamada de relagao de Basquim:

Ao ,
- = o (Ny)", (5.1)

onde % ¢ amplitude de tensao, Ny é o numero de ciclos de vida, a} é o coeficiente de
resisténcia a fadiga e b é o expoente de resisténcia a fadiga.

Alguns metais, como por exemplo ligas de aco, quando submetidos a amplitudes
de tensao constante, apresentam um limite inferior de tensao abaixo do qual nao se
observa a falha por fadiga (vida infinita ou acima de 2 x 10° ciclos). Essa amplitude
de tensao é conhecida como limite de fadiga, e seu valor varia entre 35% a 50% do

limite de resisténcia (Su) para a maioria dos agos e ligas de cobre. Nas curvas S-N o
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primeiro ponto do gréfico corresponde a tensao alternada para uma vida de 10? ciclos
(S1000)- Essa tensao pode ser estimada em 90% do limite de resisténcia do material.
Ligando-se este ponto ao ponto que define o limite de fadiga, que em geral corresponde
ao valor da tensao alternada para 2 x 10° ciclos, obtém-se a estimativa da curva S-N

do material em questao:

10 S1000 = 0.9 5y
g 0.8
E-]
=
g 0.6 0.58,
=

0.4 ] ] ] |

103 104 105 106 107

Mimero de ciclos

Figura 5.1: Construcao da curva S-N.

Viarios materiais nao possuem um limite de fadiga bem definido. A curva S-N desses
materiais continua a declinar vagarosamente. Para tais casos considera-se como limite

de fadiga a amplitude de tensao correspondente a uma vida de 107 ciclos.

Efeitos da Tensao Média na Vida a fadiga

A maioria dos dados experimentais disponiveis na literatura corresponde a ensaios
conduzidos com tensao média igual a zero. Porém, existem vérias aplicagoes em que
a tensao média é diferente de zero. O efeito da tensao média é de fundamental im-
portancia no comportamento de materiais submatidos a fadiga. A figura 5.2 mostra
um ciclo de fadiga senoidal com uma tensao média diferente de zero. Neste caso, a

faixa de tensao, a amplitude de tensao e a tensao média sao definidas como:

Ao = Omaz — Omin

o Omaz — Omin

Oq — —2

o Omazx + Omin

Oy = —2
Omaz = Om + 04 (5.2)
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Figura 5.2: Exemplo de um carregamento ciclico.

A tensao média também pode ser caracterizada em termos da razao de tensoes, R:

R = Jmin (5.3)

Jmaac

Os efeitos da tensao média podem ser representados em termos de diagramas de vida
constante. Nesses diagramas, diferentes combinagoes de amplitude de tensao e tensao
média definem regides onde um componente poderia operar sem falhar por fadiga apds
experimentar um determinado nimero de ciclos de carregamento. Smith, Watson e
Topper (1970) propuseram uma relacao de vida constante para estimar o efeito da
tensao média sob a resisténcia a fadiga. Essa relacao é apresentada nas equagoes 5.4 e
5.5. A curva de vida constante apresentada nesse tépico pode ser visualizada na figura
5.3.

Relacao de Smith-Watson-Topper:

Oar = vV Omaz0a (54)

ou

Oar = Og\| ——— (5.5)

Nessas equacoes, 0, ¢ a resisténcia a fadiga equivalente a do material testado com
tensao média nula, ou seja, ¢ a amplitude de tensao em um teste completamente reverso
(ou alternado), que resultaria em uma vida idéntica a provocada por um outro teste em

que o material fosse solicitado para uma tensao com componentes média e alternada.
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Figura 5.3: Curva de vida constante de Smith-Watson-Topper.

Neste momento é apropriado relatar que testes de fadiga em laboratoério para corpos
submetidos a torcao demonstraram que a tensao média de cisalhamento nao afeta a

resisténcia a fadiga (Sines, 1981).

5.2 Fadiga Multiaxial

Fadiga ¢ um processo de degradacao que ocorre em componentes mecanicos sujeitos
a carregamentos dinamicos. Eventualmente, esses componentes podem se romper de-
vido a iniciacao e posterior propagagao de uma ou miultiplas trincas. Quando os car-
regamentos provocam estados complexos de tensao, o processo é denominado fadiga
multiaxial. Na fadiga por fretting devido a alto nimero de ciclos, o campo de tensoes
¢ em geral complexo e nao proporcional, de modo que o uso de modelos multiaxiais
baseados em tensao torna-se mais adequado.

Os critérios para se determinar vida ou resisténcia a fadiga multiaxial podem ser
classificados seguindo algumas abordagens, dentre as quais diversos modelos tém sido
propostos, alguns para fadiga com alto ntimero de ciclos (HCF) ! e outros para baixo
niimero de ciclos (LCF) 2,

Os primeiros critérios de fadiga multiaxial foram de natureza totalmente empirica
e amparados pelos extensos trabalhos experimentais produzidos por Gough e Pollard
(1935) e Nishihara e Kawamoto (1945). Sines (1955) identificou que a presenca de
tensoes médias cisalhantes nao produz efeito na vida a fadiga. Em contrapartida iden-

tificou o efeito da amplitude limite das tensoes ciclicas, e a partir dai propos um

! Abreviacdo largamente utilizada oriunda do termo em inglés High Cycle Fatigue (HCF)
2 Abreviagdo largamente utilizada oriunda do termo em inglés Low Cycle Fatigue (LCF)
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critério baseado em tensoes equivalentes. Nessa abordagem uma amplitude de tensao
equivalente é calculada e usada para prever a vida a fadiga a partir de curvas S-N
convencionais. Crossland (1956) desenvolveu um modelo similar ao de Sines, mas que
considera o valor méximo da pressao hidrostatica, e nao seu valor médio, como variavel
fundamental no processo de nucleagao da trinca. Mais recentemente, Deperrois (1991)
e Bin Li et al. (2000) apresentaram critérios também baseados nos invariantes do ten-
sor tensao, mas cujos resultados sao significantemente melhores aos obtidos com os
modelos de Sines e Crossland.

Muitos modelos tomam a energia dissipada por um material quando submetido
a carregamentos ciclicos como parametro para se quantificar o dano devido a fadiga
(e.g. Halford, (1966), Garud, (1979), Ellyin et al., (1991)). Ellyin e Kujawski (1993)
sugeriram que o trabalho realizado por ciclo e a pressao hidrostatica eram as variaveis
adequadas para se quantificar este dano. Esses modelos seguem a abordagem energé-
tica.

As abordagens de plano critico, por sua vez, consideram que as trincas de fadiga
tém origem em certos planos materiais, onde as combinacoes de tensoes ou deformacoes
cisalhantes e normais sao particularmente severas. Portanto, esses critérios sao capazes
de prever nao apenas a resisténcia a fadiga do material e o local de iniciagao da trinca,
mas também sua orientagao. Modelos de plano critico foram propostos por Brown e
Miller (1973), McDiarmid (1974 e 1991) Matake (1977), Socie (1987), Fatemi e Socie
(1988), Robert (1991) e Susmel e Lazzarin (2002). Abordagens hibridas combinando
os métodos de energia e do plano critico foram introduzidas por Liu (1993). Ele propos
que os modos de iniciacao da trinca associados a circulos de Mohr poderiam ser usados
para calcular a energia de deformagao sobre o plano critico. Glinka et al. (1995),
Lagoda et al. (1999) e Varvani-Farahani (2000) também apresentaram critérios do
tipo energia/plano critico.

A abordagem mesoscépica considera que as tensoes ou deformagoes microscédpicas
sao as variaveis controladoras do processo de fadiga. Presume-se que a falha devido
a um carregamento ciclico é precedida por uma deformagao plastica localizada, que
ocorre em graos cujos planos de escorregamento sejam favoravelmente orientados com
a maxima tensao de cisalhamento. Se, apds essa deformagao permanente localizada, o
material se acomodar elasticamente (shakedown eldstico), a falha nao ocorrerd. Note
que a falha neste contexto nao é caracterizada pela ruptura completa do componente,
mas sim pela presenca de trincas. Os modelos mesoscépicos de Dang Van (1973, 1989)
e de Papadopoulos (1997) tém recebido uma atencao especial de pesquisadores desta
area, principalmente devido aos excelentes resultados apresentados. Recentemente,
Cruz e Zouain (1998) propuseram um modelo baseado em principios de acomodagao
que tem apresentado alguns dos melhores resultados na literatura.

Dentre os varios tipos de abordagem no tocante a fadiga multiaixial, os critérios
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escolhidos neste trabalho foram: o critério de plano critico proposto por Susmel &
Lazzarin, pois este tem apresentado étimos resultados na estimativa do limite de fadiga
convencional em componentes com entalhes ou sem entalhe e com estados de tensoes
complexos; e o critério de Dang Van, a fim de se confrontar os resultados obtidos por

ele com o critério que considera a abordagem de plano critico citado acima.

5.2.1 Critério de Susmel e Lazzarin (O Modelo das Curvas de

Woéhler Modificadas)

De acordo com a abordagem do plano critico, em nivel de grao, o estado de tensao
ciclico leva a formacao de bandas de escorregamento persistentes, paralelas a um certo
plano material (¢,6). Apés um certo ntimero de ciclos, devido ao efeitos de concen-
tracao de tensao causados pela presenca de uma intrusao, ocorre a iniciagao de uma
microtrinca, causada predominantemente por tensoes cisalhantes.

Em se tratando de um estado multiaxial de tensoes, deve-se tomar duas hipdteses
simplificadoras: (1) as de que as trincas ocorrem de modo transcristalino nas bandas
de escorregamento persistentes e que (2) o material é homogéneo e isotrépico. Assim,
torna-se possivel afirmar que, de um ponto de vista estatistico, cada plano material
(¢, 0) possui a mesma quantidade de graos, os quais possuem um plano estatisticamente
mais fragil coincidente com o plano critico global (¢*,6*). Com isto, e devido ao
regime macroscopico puramente eldstico, sugere-se que a iniciacao das trincas por fadiga
depende da maior amplitude de tensao cisalhante 7,, e que esta ocorre na direcao do
plano critico (¢*, 6%).

Susmel e Lazzarin (2002) observam ainda que no plano critico (¢*,0*) a tensao
normal 0, e, insere os efeitos de tensoes médias na resisténcia a fadiga e que a relagao
p (equagao 5.18) representa uma relacao de dependéncia com as diferengas de fase entre
as solicitagoes. Dessa forma, Susmel e Lazzarin propoem em seu modelo que a falha

ocorrera quando:

(%, 0%) + k29T (8% 7Y — X =0, (5.6)

a

onde: Kk e \ sao parametros materiais definidos de acordo com os tipos de ensaio de
fadiga uniaxial considerados.

Aqui serao considerados ensaios de flexao alternada(R = —1) e de flexao repetida(R =
0) para a determinacao dessas constantes. Assim, tendo os limites de fadiga a flexao

alternada o_; e a flexao repetida oy, temos, para o teste de flexao repetida:

0.(1+sen(t)) 0 0
o= 0 0 0 (5.7)
0 0



Assim, no limite de fadiga:

On,maz = 00, € Ta(e*v ¢*) = ? (58)
Para o teste de flexao alternada, tem-se:
agsen(t) 0 0
o= 0 0 0 |, (5.9)
0 0 0
fornecendo
Gomas = =2, e T (0%, ¢") = =L, (5.10)

Substituindo os valores encontrados nas equacoes 5.8 e 5.10 na equacao 5.6, cheg-
amos a um sistema cuja solucao fornece:
O_1— 0Oy

= 5.11
=T (511)

A=o -2, (5.12)
2
Os parametros 7,(¢, 0) € 0, maz (@, ) sdo calculados em todos os possiveis cortes de

um ponto material. Dessa forma, seja um plano material A qualquer descrito pelos
angulos (¢, 0):

Figura 5.4: Plano de Cauchy.

Tem-se que o vetor normal unitario em coordenadas esféricas i ¢ dado por:

Ny sin(¢) cos(0)
n=|n,| = sin(¢)sin(f) (5.13)
n, cos(¢)
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Assim, o vetor tensao de Cauchy T nesse plano é:

T(t, $,0) = o(t)i (5.14)

A tensao normal a esse plano é obtida pelo produto interno de T(t) por f:

on(t,0,0) = (T(t, ¢,0),1) (5.15)

Logo, a tensao cisalhante é:

oo(t, 6,0) = T(t, 6,0) — au(t, ¢, 0)id (5.16)

O parametro 7,(¢,0) é calculado utilizando algum método de tensao equivalente.
Nessa analise, foi experimentado o método da hiperesfera proposto inicialmente por
Dang Van(1989), que consiste na definicao da menor esfera que circunscreve a histéria
da componente cisalhante do vetor tensao no plano.

O Critério de Susmel e Lazzarin (2002) considera que o plano mais solicitado é

aquele em que 7,(¢, 0) atinge seu valor maximo, isto é, o angulo critico (¢*,0*). Logo:

7a(¢7,07) = max (1a(¢, 0)) (5.17)

Neste angulo (¢*,0*) determina-se 0, ;ma.(¢*, 6%) € a relacio:

o = Tnmen (g gv) (5.18)

T(l
Para avaliar os modelos, foi convencionado um indice de resisténcia a fadiga que
mede o quanto a situagao de carregamento imposta nos testes esta distante da condicao
de falha (limite de fadiga), que é calibrada pelos parametros m; e A. Assim, para

se avaliar as qualidades dos resultados estimados pelo critério de Susmel e Lazzarin,

define-se o indice SU:

Ta(@F, 0%) + K Zmees — )
SU = . 6) AW) ) (5.19)

Dessa forma, para testes no limiar da falha, uma estimativa que forneca SU < 0
seria nao conservativa, pois o modelo indica que ainda é possivel aumentar a solicitagao,
enquanto os testes indicam uma condicao limite. Se SU = 0, o estado de tensao
indicaria uma condicao equivalente ao limite de fadiga, isto é, o limite entre vida infinita
e vida finita: uma previsao exata. E se SU > 0, o modelo indicaria que o componente
ja falhou (iniciagao de trinca), fazendo portanto uma previsao conservativa, conforme

explicitado abaixo:
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< 0 nao falha ou o modelo é nao conservativo
SU=4¢ =0 limite (5.20)

> (0 falha ou o modelo é conservativo

5.2.2 Critério de Dang Van

Um componente mecanico na presenca de um estado de tensao elastico provocado
por um carregamento de alto nimero de ciclos podera sofrer falha por fadiga. Contudo,
proximo ao limite de fadiga, um volume material no interior desse componente, onde a
hipdtese do continuo e o conceito de isotropia sejam satisfeitos, podera experimentar um
escorregamento de plano irreversivel em nivel microscopico, mesmo na presenca de tal
estado macroscopico de tensao. Tal fendomeno impoe ao material um dano permanente e
progressivo, gerando um campo de tensao residual microscopico. Se tal campo provocar
um processo de acomodagao eldstica (elastic shakedown), o dano permanente nao evolui
e o material permanece integro; caso contrario, o material se acomodara plasticamente,
resultando em um processo de falha devido a iniciacdo de trincas de fadiga. Assim,
Dang Van propos um critério de fadiga na tentativa de quantificar esses fendmenos,
inicialmente proposto em 1973 e posteriormente reformulado em 1989. Um desenho

esquematico de tal critério pode ser visto na figura 5.5.

Falha por
acomodacio plastica

(Jon}‘ponente DV>0

Falha no grio
°

7ida Infinita
por acomodagiio elastica
DV<0

Instante Inicial

Figura 5.5: Esquema de falha para o Critério de Dang Van.

O modelo pode ser expresso como:

7(t) + kpa(t) < A, (5.21)
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onde K e \ sdo constantes materiais, p,(t) é a componente hidrostatica instantanea do
tensor tensao, calculada por:

pa(t) = w (5.22)

e 7(t) é a tensao equivalente de Tresca, dada por:

f(r) =7 = %mtaX( [s1(2) = sa(D)], [s1.(2) = s3(t)], [s2(t) — s3(t)] ), (5.23)

onde: s;(t);i =1,2,3 sao os autovalores do tensor tensdo microsc6pico
s(t) = S(t) — p. (5.24)

E importante se notar que esse tensor pode ser obtido a partir do tensor macroscopico

S(t) pela seguinte relacao:
S(t) = o (t) — palt)T (5.25)

O elemento p da equagao(5.24) se refere a um estado de tensao residual que
diminui com a tendéncia de escoamento do material dentro do grao. Esse estado pode
ser quantificado como o centro da menor hiperesfera que circunscreve a historia de

tensao S(t). Assim, tem-se:

’ ’

max[(S(t) — p)] - [(S(t) = p)] = minmax[(S(t) — p)] - [(S(t) — p)]. (5.26)

t

O tensor tensao p pode ser considerado como a parte do tensor desviador que
nao tem influéncia sobre o processo de iniciagao de trincas e portanto é eliminada pelo
processo de minimizagao descrito acima. Uma conseqiiéncia desse método € a correta
estimativa de que tensoes médias de cisalhamento nao afetam a resisténcia a fadiga de
materiais metélicos (Sines, 1981).

Na proposta original de Dang Van o tensor estabilizado p caracteriza o campo de
tensao residual em microscopico e, portanto, a equagao 5.24 fornece o tensor desvia-
dor microscopico. E importante ressaltar que o campo de tensao residual em nivel
mesoscopico difere daquele encontrado em nivel macroscépico devido a presenca de plas-
ticidade, que seria detectada por critérios classicos como os de Mises ou Tresca. O mo-
delo de Dang Van nao ¢é apropriado para esses casos, onde a plasticidade macroscopica
é significativa e um regime de fadiga com baixo nimero de ciclos deve prevalecer.

Voltando & equacao 5.21, devido a simetria do tensor desviador, o termo 7(t) ape-

nas nao consegue capturar qualquer efeito de tensoes normais sobre o limite de fadiga.
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Por essa razao o termo kpyp(t), que quantifica o efeito da pressao ou tensao hidrostatica
sobre o processo de nucleagao de trincas, ¢ adicionado ao modelo. Também pode-se
mostrar que o componente hidrostatico da tensao ¢ o mesmo em nivel macroscépico ou
microscopico.

Histérico do

Estado deTensio

T(t)
A

Torgao

Flexio

b

Zona de Iniciagao

>
p, (8

Figura 5.6: Representacao do critério de Dang Van.

A Fig. 5.6 é uma representagao grafica do espago de tensao 7(t) x pu(t). O
Modelo Mesoscopico é caracterizado por uma reta que divide esse espaco de tensao
em uma zona segura e outra de falha. Caso a histéria de tensao experimentada pelo
ponto material esteja abaixo desta linha, nao havera iniciagao de trincas neste ponto.
A inclinacao da reta é dada pelos parametros k e A, obtidos a partir de testes de fadiga
uniaxias, por exemplo considerando-se os limites de fadiga para flexao alternada o_; e

para flexao repetida (. Para o teste de flexao repetida tem-se:

oo(1+ sin(t)) 0 0

o(t) = 0 00

0 00

o(t) = Oz + Oyy + 02z _ oo(1 + sin(t)) (1) = oosin(t) (5.27)
3 3 2
Para o teste de flexao alternada tem-se:
o_1sin(t) 0 0
o(t) = 0 00
0 00
Opw + Oy + 0., 0_15in(t) o_ysin(t)

Aplicando o critério de Dang Van as equagoes 5.27 e 5.28 chegamos a um sistema

cuja solucao fornece:
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3 0_1— 0y
= —— 5.29
" 2(0’1—20'0) ( )

0_1 go
\ = 5.30
2 (200 — 0_1> ( )

Para avaliar os modelos, foi convencionado um indice de erro que mede o quanto

a situacao limite de carregamento imposta nos testes esta distante da condicao de falha
(limite de fadiga). Assim, para se avaliar as qualidades dos resultados conseguidos pelo

critério de Dang Van, define-se o indice de erro de Dang Van DV

DV = (Teﬁ’i'fm“’f_k) (5.31)

Dessa forma, quando DV < 0, a previsao obtida é nao-conservativa, pois o modelo

indica que ainda ¢ possivel aumentar a solicitacao enquanto os testes indicam uma
condicao limite; quando DV = 0, o estado de tensao indica uma condigao equivalente
ao limite de fadiga, isto é, o limite entre vida infinita (> 107) e vida finita (< 107):
uma previsao exata; e quando DV > 0 o modelo indica que o componente ja falhou
(iniciagao de trinca), fazendo portanto uma previsao conservativa, conforme explicitado

abaixo:

< 0 nao falha (admite mais carregamento)
DV ¢ =0 limite (5.32)
>0 falha

5.2.3 Meétodo da Distancia Critica Associado a Modelos de
Fadiga Multiaxial

Os critérios de fadiga multiaxial preveem que a vida ou a resisténcia de compo-
nentes mecanicos é uma fungao do estado de tensao (ou deformagao) em um ponto mais
severamente solicitado e nao levam em consideracao os efeitos de diferentes gradientes
de tensdo sobre a vida a fadiga. Na primeira metade do século XX, Moore (1945)
mostrou que o limite de fadiga a flexao de corpos-de-prova cilindricos aumentava com
a redugao do raio do cilindro (ou equivalentemente, com um aumento do gradiente de
tensdo). Posteriormente, resultados obtidos por Massonet (1955) e Pavan (1979) con-
firmaram essas observagoes. Em 1980, Brand e Sutterlin propuseram uma abordagem
empirica para tentar incorporar o efeito do gradiente de tensao em modelos uniaxiais.

Na tentativa de caracterizar o efeito do gradiente de tensao em componentes

sujeitos a estados multiaxiais de tensao, Munday e Mitchell (1989) mostraram que,
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para dados produzidos na auséncia de um gradiente de tensao, os pontos experimentais
coincidiam com a elipse de Sines, enquanto pontos correspondentes a experimentos
com gradientes nao nulos situavam-se fora da elipse, caracterizando portanto um efeito
benéfico. Flavenot e Skalli (1989) propuseram o conceito de camada ou profundidade
critica, como uma forma de incorporar quantitativamente os efeitos do gradiente de
tensao ao critério multiaxial de Dang-Van (1989). Segundo esse conceito, a média das
tensoes (ou deformagoes) produzidas sobre um volume ou camada de material deveria
ser utilizada na tentativa de se prever a resisténcia a fadiga, e nao o estado de tensao
em um unico ponto. Tal camada critica seria uma caracteristica intrinseca do material.
Araijo e Nowell (2002) usaram um conceito similar para o cdlculo da vida a fadiga,
considerando os critérios de plano critico de Smith-Watson-Topper e Fatemi-Socie.

Mais recentemente, Papadopoulos(1996) desenvolveu uma nova versdo para o
critério de Crossland, que incorpora os efeitos do gradiente de tensao. Esse modelo
foi desenvolvido a partir de evidéncias experimentais, que mostravam que, apesar do
limite de fadiga ser fortemente dependente do gradiente da tensao normal em testes
de flexao, o mesmo permanecia insensivel a variacoes no gradiente da tensao de cisa-
lhamento em testes de tor¢ao. Outras formas de se incorporar o efeito do gradiente de
tensao a critérios de fadiga multiaxial tém sido apresentadas no contexto dos critérios
volumétricos (Qilaftku, 2000). Nessa abordagem, considera-se que o campo de tensao
produzido por um carregamento multiaxial pode ser decomposto em dois campos: um
campo produzido por uma carga de cisalhamento puro, superposto a um campo de
pressao hidrostatica. Tensoes efetivas para cada um desses campos de tensao podem
entao ser calculadas para o volume critico e um critério de fadiga desenvolvido a partir
dessas tensoes.

Basicamente, todos os métodos que consideram o gradiente de tensao tém como
idéia base a “distancia critica” ou “zona de processo” (figura 5.7). E proposto que para
que a falha por fadiga ocorra, o nivel de tensao deve ser alto o suficiente nao somente
no ponto de maxima tensao, mas também ao longo de uma distancia em torno desse
ponto. A maioria das teorias assume que um parametro importante é a média da tensao
sobre um volume critico, mas por conveniéncias de calculo isto tem sido simplificado,
considerando-se apenas a tensdo em um unico ponto (a uma dada distancia do ponto de
tensao maxima) ou a tensao média sobre uma linha de tamanho determinado. Tanaka e
Taylor consideraram a hipotese de que estas mesmas distancias podem ser apropriadas

na analise de entalhes.
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Figura 5.7: Exemplificacao da zona de processo em um tipico problema de fadiga por

fretting.

Sob condicoes de fretting, um componente esta sujeito a tensoes severas na su-
perficie, que podem decair rapidamente a medida que a regiao do contato fica mais
distante. Possiveis trincas terao inicio nas regioes de alta tensao, mas crescerao na
direcao de baixas tensoes. O conceito de Camada ou Profundidade Critica baseia-se
na idéia de que a média das tensoes elasticas em um volume de material pode consid-
erar o efeito do gradiente de tensao a que este material esta submetido. Este volume
caracteristico tem sido considerado por alguns autores (Flavenot e Skalli, 1989; Fouvry
et. al., 1999) como alguma grandeza de tamanho microestrutural ou uma propriedade
do material. Nessa analise, o tamanho deste volume nao esta relacionado a nenhuma
caracteristica do material. Além disso, a analise considera uma area critica, visto que
a analise é bidimensional.

Estudos recentes mostram que o problema em estimar a vida a fadiga sob condigoes
de fretting pode ser direcionado levando em consideragao a presenca do fenomeno de
concentracao de tensao dependendo da geometria das superficies de contato. Mais pre-
cisamente, o comportamento da trinca no material sob condicoes de fadiga por fretting
pode ser assumido como similar ao que ocorre num componente com entalhe sob fadiga
”convencional”: a iniciagao e a propagacao inicial da trinca dependem da distribuicao
de todo o campo de tensao atuando na zona de processo de fadiga. Essa analogia é
muito atrativa do ponto de vista cientifico, pois permite ao engenheiro que lida com
problemas praticos estender as teorias desenvolvidas anteriormente para componentes
com entalhes sob fadiga para componentes danificados por fretting. O principal pro-

blema de se correlacionar a extensao dessa idéia para situagoes praticas é que o estado
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inicial da propagacao da trinca sob condicao de fretting é dominado pela combinacao
de diferentes modos de abertura.

Em particular, de acordo com os resultados experimentais publicados por Val-
lellano et al. (2003 e 2004) e gerados pelo teste de contato entre esfera-plano de Al
7075-T6, a iniciacdo e propagacao inicial de trincas ocorrem a pequenos angulos da
superficie. Em seguida, as trincas mudam de direcao para crescer ao longo de uma
linha quase perpendicular a superficie da regiao de contato. Finalmente, é interessante
ressaltar que quando ocorre falha em regime de fadiga de alto ciclo, a propagacao da
trinca é bloqueada pelo primeiro contorno do grao (como acontece com corpos de prova
planos de metal sob condigoes de carregamento de fadiga “convencional”). Esse ex-
perimento deixa evidente que, para modelar corretamente o processo fisico que leva a
iniciacao da trinca e sua propagacao inicial sob fadiga por fretting, devem ser levados
em consideracao dois aspectos fundamentais: o aspecto microestrutural do material
nas proximidades do local de iniciacao da trinca e o comportamento elasto-plastico dos
graos. Em outras palavras, prever a resisténcia do material em regime de fadiga por
fretting com alto nimero de ciclos é principalmente um problema de trinca curta. Infe-
lizmente, é conhecido que para modelar corretamente o comportamento de uma trinca
curta, a abordagem linear-elastica nao é adequada. Claramente, toda modelagem do
fenomeno que ocorre na zona de processo de fadiga, levando em consideragao a plas-
ticidade do grao, é muito atrativa do ponto de vista filoséfico, mas essa abordagem
nao sera apropriada para ser aplicada para avaliar componentes reais em situagoes de
interesses praticos. Por essa razao, o problema deve ser bastante simplificado para o

desenvolvimento de abordagens que possam ser usadas na realidade industrial.
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Capitulo 6

Resultados

Para conduzir e avaliar a qualidade da metodologia proposta para estimar o limite
de fadiga sob condigoes de fretting, é necessario confrontar as estimativas obtidas com
dados de laboratério. Assim, para um melhor entendimento dos resultados gerados
pela andlise, decidiu-se estruturar este capitulo em duas secoes. A primeira segao
contém uma descricao detalhada de um conjunto de dados experimentais disponiveis
na literatura, envolvendo o contato entre esferas sob um regime de escorregamento
parcial. Conhecendo-se a configuracao adotada, o material dos corpos-de-prova e as
condicoes de contorno sob as quais os experimentos foram realizados, pode-se entao
prosseguir com a aplicacao da metodologia proposta e a descricao dos resultados, que

sao apresentados na se¢ao seguinte.

6.1 Dados Experimentais Disponiveis

Para se validar a metodologia computacional aplicada foi utilizada uma série
de dados experimentais obtidos por Vallellano et al.(2004). O aparato experimental
utilizado no paper descrito foi desenvolvido por Wittkowsky et al.(1999) e os detalhes
desse sistema serao descrito a seguir.

O aparato experimental para a realizacao de ensaios de fadiga sob condigoes de
fretting foi desenvolvido e construido para trabalhar em conjunto com um sistema
hidraulico de teste uniaxial dotado de uma célula de carga de 100kN e com uma
frequéncia de carregamento ciclico variando entre 0-50Hz. Um esquema desse aparato

pode ser visto na figura 6.1.
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Figura 6.1: Esquema do aparato experimental utilizado

A base rigida mostrada no esquema acima é feita de ago laminado a quente, e
é presa diretamente ao sistema hidraulico de ensaios. Nas partes de cima e de baixo
dessa base foram garantidos o seu paralelismo e a planicidade de sua superficie. J& os
pontos de suporte sao feitos de barras de aco e podem ser presos em qualquer lugar ao
longo da base por meio de encaixes, o que também permite que as placas flexiveis se
fixem a base rigida.

As placas flexiveis sao de ago laminado a frio e devem possuir uma espessura
variavel ao longo de seu comprimento para que, juntamente com o ajuste do ponto
de suporte, fornecam uma flexibilidade apropriada para a montagem do suporte das
sapatas. Essas placas ainda se conectam com a placa rigida que fica posicionada no
centro da maquina de ensaio. As conexoes em ambos os pontos de suporte e na placa
rigida fazem com que as placas flexiveis funcionem como uma viga bi-engastada.

Quatro células de carga(LC4, LC5, LC6 e LCT) sao colocadas diretamente na
placa rigida e sao usadas para se mensurar a forca tangencial exercida pelo corpo
de prova nas sapatas esféricas. Rolamentos lineares em ambos os lados do aparato
permitem o deslocamento horizontal dos cilindros que suportam as sapatas.

O carregamento responsavel pela forca normal ¢é realizado por meio de uma mola
ajustavel, que foi colocada na parte lateral da base rigida e que se extende perpendi-
cularmente a ela. Um atuador mecanico do tipo parafuso foi utilizado para comprimir
a mola, gerando forcas de compressao cujas reagoes foram medidas pelas células de
carga LC2 e LC3. A legenda LC1 se refere ao atuador e a célula de carga que sera
responsavel pela medicao da carga remota axial aplicada ao corpo de prova.

Dessa forma, Vallellano et al.(2004) conduziram seu experimento utlizando corpos
de prova e esferas obtidos por meio de barras trefiladas de Al7075-T6, com 25.4mm de
diametro, cujas propriedades mecanicas e de fadiga estao descritas na tabela 6.1 e 6.2,
respectivamente.

A tabela 6.1 contém o moédulo de elasticidade E, o coeficiente de Poisson v, o
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limite de escoamento o,,, o limite de resisténcia o,s e o tamanho médio de grao D,
para essa liga, enquanto a tabela 6.2 relata os valores do limite de resisténcia a fadiga
oy para trés razoes de tensao R e o fator intensidade de tensao limiar AKypo,. Deve-se
ressaltar que apesar das propriedades em fadiga da tabela 6.2 serem fornecidas em
Vallellano et al.(2004), estes autores coletaram essas propriedades de Fatigue Data
Book(1995).

Tabela 6.1: Propriedades mecanicas do Al7075-T6.

E (GPa) v oy (MPa) o4 (MPa) D (um)
71.1 0.33 203 D72 35

Tabela 6.2: Propriedades de fadiga do Al7075-T6.

op (MPa) (10° ciclos) AKihoo (M Pay/m)
R=0 R =-0.5 R=-1 R=-1
162 191.25 214 2.0

Adotando a configuracao mencionada, Vallellano realizou varios ensaios, e para
cada ensaio realizado foi imposta uma condicao de carregamento diferente ao corpo
de prova, mas, em todos eles, as cargas ciclicas tangencial Q(t) e axial B(t) eram
completamente reversas. As caracteristicas de cada teste estao resumidas na tabela
6.3:
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Tabela 6.3: Caracteristicas dos testes experimentais realizados por Vallellano et
al.(2004)

Teste P (N) Q(t) (N) B(t) (MPa) N° Ciclos (x10%) Status b (um)

01 20.8 + 15 + 83 449.5 Falhou

02 12.5 + 15 + 83 361 Falhou

03 16 + 11.7 + 83 530 Falhou

04 8.75 + 7 + 83 3000 Nao Falhou

05 13 + 7 + 83 10000 Nao Falhou 40
06 13.9 + 10 + 83 803 Falhou

07 10.3 + 7.5 + 83 2940 Falhou

08 7.31 + 6.6 + 83 3450 Nao Falhou 125
09 12 +9 + 83 2680 Nao Falhou

10 20 + 15 + 83 549 Falhou

11 20 + 15 + 70 516 Falhou

12 20 + 15 + 56 1540 Nao Falhou 150
13 20 + 15 + 63 2940 Nao Falhou 110
14 20 + 15 + 59 177 Nao Falhou 150

Nessa tabela P e Q(t) sdo as cargas de contato normal e tangencial, respectiva-
mente, ¢ B(t) é a carga remota de fadiga. O ndmero de ciclos relatado corresponde
a duracao do teste, sendo que alguns deles foram conduzidos até a falha completa do
corpo de prova, enquanto outros foram interrompidos apdés um ntmero de ciclos pré-
estabelecido. Grande parte dos corpos de prova que nao falharam foram submetidos a
técnicas metalograficas, possibilitando a medicao de eventuais trincas. O comprimento
dessas trincas para o seu respectivo teste corresponde ao valor b relatado na tabela
6.3.

6.2 Analise computacional

A aplicagao de metodologias para estimar a resisténcia a fadiga por fretting de
componentes mecanicos é geralmente baseada na determinacao do campo de tensao
ciclico na regiao do contato. Assim, é de grande importancia mapear esse campo
de tensao e entender o papel das cargas de contato e da carga remota de fadiga.
Nesse sentido, apresenta-se a seguir o mapeamento do campo de tensao ciclico obtido
por meio da rotina implementada em MatLab, que foi baseada na solucao analitica.
Primeiramente essas tensoes serao avaliadas por toda a area da superficie de contato,

considerando-se os dois eixos de coordenadas que formam a superficie, e em seguinda ao
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longo do eixo x/a da superficie de contato. As duas andlises foram conduzidas para o
instante Q,nq./fP. Apresenta-se ainda uma andlise da variacao da tensao o,, ao longo
da superficie de contato para diferentes instantes de tempos, das tensoes 0., 0., € 0.,
ao longo da profundidade e um diagrama de fase para se verificar a multiaxialidade do
carregamento abaixo da superficie de contato.

Ap6s o mapeamento do campo de tensdes interior ao contato, implementaram-se
os critérios de fadiga multiaxial considerados neste trabalho em termos da distancia

critica de Taylor.

6.2.1 Campo de tensoes

A titulo de ilustragao avaliou-se o campo de tensao ciclico considerando a con-
figuragao do ensaio n° 01 descrito na tabela 6.3. E importante se ressaltar que o eixo
de coordenadas ¢é tal que os eixos = e y representam a superficie de contato e o eixo z

a profundidade a partir da superficie, como mostra a figura 6.2.

A
N

— >

Figura 6.2: Tlustracao do problema em contatos esféricos

Considerando-se o sistema de coordenadas mencionado, apresentam-se nas figuras
6.3, 6.4 e 6.5 abaixo os graficos do campo ciclico de tensoes avaliado em toda a area

da superficie para a tensao o,,, 0., € 0,,, respectivamente.
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1258

Figura 6.5: Variacao da tensao o, em toda a superficie de contato

Todos os graficos mostrados acima apresentam o perfil esperado e estao de acordo
com o que se encontra na literatura. Nota-se a partir das figuras 6.3, 6.4 e 6.5 que
quando se faz uma projegao do grafico encontrado no plano o/pg - z/a obtém-se exata-
mente o perfil obtido na figura 6.6 com a presenca da carga remota de fadiga. Também
pode-se perceber pelas figuras descritas que, realmente, o componente esta sujeito a
maiores solicitagoes ao longo do eixo z/a.

Agora, segue a andlise do campo de tensdes ao longo do eixo z/a, onde serd

analisado também o efeito da carga remota de fadiga sobre as tensoes o,., 0., € 04z.
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Figura 6.6: Gréafico da distribuicao das tensoes o, (figuras (a) e (d)), o..(figuras (b) e
(e)) e 0., (figuras (c) e (f)) ao longo de z/a e para z/a = 0 com e sem a presenga da

carga remota de fadiga

Como foram utilizados os dados do ensaio n° 1, considerou-se uma situagao
hipotética em que ndo hé presenga da carga B(t) para se ter uma idéia do efeito
da carga remota de fadiga sobre o campo de tensao. Nesse sentido, a figura 6.6 contém
graficos da distribuigao das tensoes o, (figura 6.6(a) e (d)), 0., (figura 6.6(b) e (e)) e
0. (figura 6.6(c) e (f)) ao longo do eixo z/a, onde a variagdo dessas componentes sob
a influéncia da carga B pode ser observada nas figuras 6.6(d), 6.6(e) e 6.6(f).

Assim, nota-se que a carga B nao tem nenhum efeito sobre a pressao p(x)/po,
como pode-se perceber por meio das figuras 6.6(b) e 6.6(e). Porém, como explicado
no capitulo 3, secao 3.1.4, a acao da carga remota de fadiga provoca o deslocamento
da zona de adesao e, fato esse que pode ser visto na distribuicao da carga cisalhante
q(x)/ fpo, figuras 6.6(c) e 6.6(f). A influéncia dessa carga na distribui¢do da tensao
0.2 pode ser vista nas figuras 6.6(a) e 6.6(d) e tem como principal efeito o aumento do
moddulo dessa tensdao no ponto z/a = —1. Como esse é o ponto de maior solicitagao e
sera nele que serd baseada a analise em termos da distancia critica de Taylor, a carga
remota de fadiga tem importante influéncia para os futuros resultados deste trabalho.

A figura 6.6 foi obtida para o instante de tempo em que a razao @)/ f P é maxima.

A seguir sera apresentada uma andlise de como a tensao o,, se comporta ao longo de

x/a entre os instantes de tempo Qumaz/fPo € Qmin/ fPo-

95



25+

— Qmax

05+

Gxx/p 0

05+

Figura 6.7: Variagdo da tensdo o,, ao longo do eixo x/a para instantes de tempo

variando entre Qumaz/fPo € Qmin/ fPo

A figura 6.7 mostra como a tensao o,, se comporta em varios instantes de tempo.
Observa-se que existe uma simetria da sua distribuigdo no instante Q,,4./fpo com o
instante Qmin/ fpo. Deve-se notar ainda que a maior solicitacdo ocorre no ponto £ = —1

e no instante em que @/ fpy é méximo.

6.2.2 Gradiente de Tensao do Ponto Critico do Contato

Trincas causadas por fretting mostram a nucleagao no ponto critico do contato
para testes feitos sob configuragoes similares a analisada neste trabalho (Aradjo, 2000).
Além disso, um grande nimero de pesquisadores tém apontado que na fadiga por
fretting o gradiente de tensao tem um papel importante nos estagios de iniciacao e
propagacao precoces das trincas (Aratjo, 2000). Nesse sentido, a variacao das com-
ponentes de tensao em relacao a profundidade nesse ponto é apresentada a seguir.
Verifica-se também o efeito da presenca da carga remota de fadiga no gradiente de

tensao.

Gradiente de Tensao Devido as Cargas Normal e Cisalhante e o Efeito da

Carga Remota de Fadiga

A figura 6.8 mostra a variacao das componentes 0, 0y, 0., € Ty, na diregao
z para Qmaz/fPo € ©/a = —1, que é a situacdo de maxima solicitacdo. Novamente,
a influéncia da tensao remota é analisada. Os resultados com a presenca da tensao
remota sao apresentados em linha cheia e os sem a presenca da tensao remota em linha

tracejada.
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Figura 6.8: Variagao das tensoes ao longo da profundidade, verificando-se o gradiente

de tensao com e sem a presenga da tensao remota de fadiga para Qmaz/fpo e x/a = —1:
(a) 042/Po X 2, (b) 0yy/po X 2, (¢) 042/p0 X 2, (d) 0.2/po X z.

A figura 6.8(a) mostra a variacdo da componente de tensdo o,, na diregao z.
Nota-se que o,, ¢ méxima na superficie do contato mas cai rapidamente com a profun-
didade, tornando-se levemente compressiva para os carregamentos aqui considerados
e na auséncia da tensao remota. O efeito da presenca da carga remota de fadiga é o
deslocamento de toda a curva, por uma quantia constante, para o lado trativo.

A variacao da componente yy com a profundidade pode ser visualizada na figura
6.8(b). Como este é um problema de estado plano de deformacao, sua variacao depende
do comportamento das outras duas componentes de tensao. Pode-se notar que a carga
remota de fadiga tem pouca influéncia nessa componente de tensao.

A tensado o, (Figura 6.8(c)) também é nula na superficie, mas muda, ao longo
da profundidade, de valores negativos para positivos. Nota-se que a presenca da carga
remota altera o grafico levemente para o lado compressivo.

A componente o, (Figura 6.8(d)) é nula na superficie, passando para valores
levemente trativos logo abaixo da superficie e mudando para valores compressivos para
as demais profundidades. Existe uma pequena influéncia da tensao remota de fadiga
nas tensoes cisalhantes, devido ao deslocamento da zona de adesao. Isso provocara

uma mudanca na contribui¢ao da componente de tensao zz.
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Diagramas de Fase

Para se avaliar a multiaxialidade do carregamento analisou-se o diagrama de fase
das componentes de tensdo o,,, 0y, 0., € 0,.. Dessa forma, os graficos de 0,,/py %
Tyy/P0s Oux/Do X Osz/Po € Ouz/Po X 0../po sdo avaliados no hot spot, ou seja, o ponto
de maior solicitacao na superficie de contato, (z/a,z/a) = (—1,0), e em um ponto

abaixo da superfice de contato, (z/a,z/a) = (—1,0.1).
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Figura 6.9: Diagrama de fase para as componentes de tensao avaliadas no ponto de

maxima solicitacao

A figura 6.9 mostra que somente as componentes de tensao o,, e 0y, variam
com o tempo. As demais componentes de tensao sao nulas em toda a histéria de
carregamento. Como foi utilizado um estado plano de deformacao, é de se esperar que
a componente o, varie com o tempo, ja que ela é uma combinacao das tensoes o, e

0.:(0yy = V(04s + 0..)) € a primeira sofre variacdo durante a histéria de carregamento.
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Figura 6.10: Diagrama de fase para as componentes de tensao avaliadas no ponto

(x/a,z/a) = (—1,0.1)

A figura 6.10 mostra que abaixo da superficie o estado de tensdao é multiaxial.
Nota-se que todas as componentes de tensao variam durante a histéria de carregamento.
Dessa forma, o uso de critérios de fadiga multiaxial associados com a teoria da distancia
critica de Tayloy para se avaliar a resisténcia a fadiga de um componente sujeito ao

fenomeno de fretting é apropriado, como relatado na literatura.
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6.2.3 Avaliacao da Estimativa do Limite de Resisténcia a Fadiga

Nesta secao conduziremos uma estimativa de resisténcia a fadiga para os dados
experimentais apresentados anteriormente. O Método das Curvas de Wohler Modi-
ficadas (Susmell & Lazzarin, 2002) e o Modelo Mesoscépico (Dang Van, 1973, 1989)
serao apresentados em termos da Teoria da Distancia Critica de Taylor (1999) para
esta andlise. Com o objetivo de facilitar o entendimento do leitor, os resultados deste
estudo serao apresentados primeiramente para o MCWM e, em seguida, considerando

o Modelo Mesoscépico.

Avaliagao do limite de resisténcia a fadiga segundo o critério das Curvas de
Waéhler Modificadas(MCWM)

A aplicacgago do MCWM em termos do Método do Ponto de Taylor requer o
calculo do centro do volume estrutural. Considerando a equagao 4.15 e as propriedades
em fadiga do Al7075-T6 fornecidas na tabela 6.2, obteve-se by = 0.007mm. Como
observagoes em laboratério tém mostrado que as trincas de fretting em configuracoes
cilindricas e esféricas sob um regime de escorregamento parcial sao nucleadas dentro
da zona de escorregamento e proximas a extremidade anterior do contato(x = —a), o
centro do volume estrutural foi definido na posigao(x = —a, z = L/2). Nesse ponto
material determinou-se o tensor tensao ciclico em 50 passos de tempo. O modelo
de Susmel & Lazarin(2002) assume como plano critico o plano de méxima amplitude
da tensao cisalhante. Assim, buscou-se esse plano critico variando-se os angulos ¢
e # de 5 em 5 graus, onde em cada plano definido por esses angulos a amplitude
da tensao equivalente foi calculada utilizando-se o método da hiperesfera de Dang
Van(1989)(apéndice A desse trabalho), que define essa amplitude como o raio da menor
esfera que circunscreve a historia de carregamento da componente cisalhante do vetor
tensao. Uma analise variando-se os angulos de 1 em 1 grau também foi realizada,
porém constatou-se que essa analise era muito custosa computacionalmente e fornecia
resultados do indice de erro com diferencas da ordem de 1% em relacdo a anélise
conduzida variando-se os angulos de 5 em 5 graus. Assim, utilizando essa metodologia,
estao descritos na tabela 6.5 os resultados obtidos para o indice de erro SU e os valores
da méxima amplitude da tensdo cisalhante equivalente, 7,(¢*, 0%), e da tensao normal
maxima no plano critico, oy, mae(¢*, 0%), em cada teste. Cabe aqui lembrar o leitor que
o indice SU é fungao dos parametros materiais k e A (eq. 5.11 e 5.12, respectivamente),
os quais sao obtidos por meio dos valores dos limites de fadiga o_; e oy (tabela 6.2).

Para fins didéaticos eus valores sao mostrados na tabela 6.4.
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Tabela 6.4: Valores dos parametros materiais x e A para o modelo de Susmel & Lazarin.

k (MPa) X\ (MPa)
26 133

Tabela 6.5: Avaliacao do limite de resisténcia a fadiga segundo o critério de Susmel &

Lazarin para by = 0.007mm

Teste  7,(¢%,0%)  Onmax(@*,6%) po (MPa) SU (%)

01(F)  0.7221 0.8286 341.1887  1.0768
02(F)  0.9397 0.9416 287.9233  1.2303
03(F)  0.7312 0.8335 312.6177  0.9415
04(NF)  0.7752 0.8749 255.6483  0.7106
05(NF)  0.6387 0.7100 291.7122  0.6182
06(F)  0.7281 0.8257 208.2044  0.8546
07(F)  0.7384 0.8314 269.9309  0.7187
08(NF)  0.8246 0.9345 240.7757  0.7144
09(NF)  0.7454 0.8445 284.0320  0.8134
10(F)  0.7367 0.8467 336.7572  1.0899
11(F)  0.7140 0.8149 336.7572  1.0310
12(NF)  0.6894 0.7805 336.7572  0.9670
13(NF)  0.7017 0.7977 336.7572  0.9990
14(NF)  0.6947 0.7879 336.7572  0.9807

As letras entre parénteses se referem a falha ou nao do componente durante o
ensaio realizado. Assim, (F) ocorre falha durante o ensaio, e (NF) nao ocorre falha
durante o ensaio. E importante se mencionar também que os valores de 7,(¢*,0*) e
Onmaz(@*, 0°) na tabela acima estao normalizados com relacao a py.

A fim de se verificar a acuracia da metodologia proposta para se prever o dano por
fadiga sob condigoes de fretting, o grafico da amplitude da tensao equivalente 7, versus
a razao p, eq. 5.18, é mostrado na figura 6.11. Nessa figura, os pontos caracterizados
por triangulos cheios representam os testes para os quais ocorreu a ruptura do corpo-de-
prova, e os triangulos vazios representam os testes que nao falharam. A condic¢ao limite
de falha(SU = 0%) ¢ indicada por uma reta inclinada continua, e a linha tracejada

representa uma faixa de erro de +60%.
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Figura 6.11: Grafico de 7, x p para by = 0.007mm

Note que para todos os testes onde a falha nao ocorreu, o modelo estimou indices
de erro superiores a +60%, ou seja, indicou a falha e portanto foi muito conservativo.
Se as estimativas estivessem corretas, os indices calculados deveriam apresentar valores
negativos. No caso dos testes que apresentaram falha, o modelo sempre apresentou es-
timavas corretas. Nesse caso, a diferenca entre o indice de erro estimado e a condicao
limite de falha nao pode ser analisada de maneira quantitativa, pois esses testes nao
estavam na condicdo limite de resisténcia a fadiga, ou seja, vida infinita para 2 x 10°
ciclos. Lembre-se que para os testes onde a falha ocorreu, os corpos-de-prova romperam
com vidas distintas sempre inferiores a 2 x 10°. Qualitativamente os resultados esti-
mados para os corpos rompidos estao corretos pois héa a estimativa de falha quando ela
de fato ocorre.

Esses valores elevados do indice de erro SU podem ter uma explicagao no parametro
material que define o centro do volume estrutural L/2. Os valores dessa constante po-
dem diferir para um mesmo tipo de material, dependo, por exemplo, do tamanho dos
graos. Se considerarmos o artigo de Atzori et al.(2004) pode-se constatar que para um
mesmo material, Al2024-T351, existem 3 valores bem diferentes para o parametro
by, 0.037, 0.100 ou 0.172mm. O valor da distancia critica calculado a partir dos
parametros materiais Aoy e AKy,o provenientes de handbook(ver tabela 6.2) forneceu
bo = 0.007mm. A anélise conduzida anteriormente mostra que é de fundamental im-
portancia obter-se o valor da distancia critica para o material em questao a partir de
testes em laboratério e nao de dados oriundos da literatura.

Dessa forma, Navarro et al.(2004) realizaram varios ensaios com o Al7075-T6

e constataram que o melhor valor de by a ser utilizado para esse material era de
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0.0527mm. Por isso, repetiu-se a analise da resisténcia a fadiga segundo a metodologia
proposta para o critério das Curvas de Wohler Modificadas utilizando-se esse valor, e

os novos resultados estao relatados na tabela 6.6.

Tabela 6.6: Avaliagao do limite de resisténcia a fadiga segundo o critério de Susmel &

Lazarin para by = 0.0527mm

Teste  7,(¢™,0™)  Onmax(@™,0%) po (MPa) SU (%)

01(F) 0.4097 0.4107 341.1887  0.2469
02(F) 0.5948 0.6569 287.9233  0.5036
03(F) 0.4067 0.4097 312.6177  0.1529
04(NF) 0.4199 0.4354 255.6483  0.0098
05(NF) 0.3161 0.1040 291.7122  -0.2423
06(F) 0.3975 0.4018 298.2944  0.0890
07(F) 0.3935 0.1834 269.9309  -0.1103
08(NF) 0.4578 0.4816 240.7757  0.0345
09(NF) 0.4070 0.4145 284.0320  0.0683
10(F) 0.4218 0.4248 336.7572  0.2648
11(F) 0.4027 0.3887 336.7572  0.2083
12(NF) 0.3834 0.3954 336.7572  0.1724
13(NF) 0.3925 0.1992 336.7572  0.0931
14(NF) 0.3873 0.4045 336.7572  0.1848

Como foi feito anteriormente, é mostrado na figura 6.12 o grafico da amplitude da
tensao equivalente 7, versus a razao p, a fim de se verificar a acuracia da metodologia
proposta, mas agora considerando o novo valor by = 0.0527mm. Novamente, nessa
figura, os pontos caracterizados por triangulos cheios representam os testes para os
quais ocorreu a ruptura do corpo-de-prova, e os triangulos vazios representam os testes
que nao falharam. A condicao limite de falha(SU = 0%) ¢ indicada por uma reta incli-
nada continua, e as faixas de erro, nesse caso de £20%, por retas tracejadas paralelas

a ela.
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Figura 6.12: Grafico de 7, X p para by = 0.0527mm

A figura 6.12 revela que, com esse valor de by, as estimativas do limite de re-
sisténcia a fadiga foram muito melhores do que as anteriores. Pode-se perceber que a
maioria dos pontos ficaram entre as linhas de +20%, o que representa uma faixa de
erro excelente para problemas de fadiga por fretting. Dos 7 ensaios que romperam
(triangulos cheios) o critério conseguiu prever a falha para 6, ou seja, os pontos
localizam-se acima da linha limite. Pode-se verificar ainda que no caso da estimativa
nao conservativa (prevé vida infinita para o ensaio em que os corpo-de-prova falhou),
o erro foi inferior a 12%.

Para os outros 7 ensaios que nao apresentaram falha (tridangulos vazios) a estima-
tiva para 1 ensaio que possui vida infinita foi correta, e para os outros 6 foi conservativa,
mas com erros inferiores a 10% para 3 desses ensaios e nao maior do que 20% no pior
cenario.

Como ja foi dito anteriormente, o critério das Curvas de Wohler Modificadas
faz um varredura plano a plano de um ponto material, buscando o plano em que
a amplitude da tensao cisalhante equivalente é maxima. Esse plano é denominado de
plano critico. Contudo, na analise conduzida percebeu-se que existem diferentes planos
em que a amplitude da tensao cisalhante é exatamente igual ou bastante proxima a do
plano critico, mas em que a tensao normal maxima apresenta variagoes significativas.
Uma analise mais detalhada sobre tal fato foi conduzida, e ela pode ser verificada no
apeéndice C desse trabalho.

Assim, definiu-se o plano critico como o plano em que 7, apresenta o mesmo
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valor ou variagoes minimas em relacao ao seu valor maximo, e em que 0y, 4, atinge
seu maior valor. Ou seja, dentre os planos que apresentaram o valor da amplitude da
tensao cisalhante equivalente dentro de uma tolerancia especificada (107*), escolheu-se
como plano critico aquele que possui o maior valor da tensao normal maxima (média
+ alternada). Esse plano foi definido pelos angulos ¢** e 0**.

Note que segundo a definicao de Susmel & Lazzarin o plano critico é apenas o
de maxima amplitude da tensao cisalhante. Isso torna o problema numericamente mal
posto, pois como se relatou hé varios planos em que os maiores valores de 7, diferem em
menos de 0.1%. Entretanto, nesses planos a diferenca observada para tensdes normais
maéximas foi superior a 100%. A definicao de plano critico considerada neste trabalho
é ligeiramente diferente da apresentada por Susmel & Lazzarin, mas torna o problema
numericamente bem posto.

A tabela 6.7 mostra os resultados obtidos por meio das duas metodologias para
by = 0.0527mm. Nesse caso, o 7, sofre pequenas variacoes, como nos testes 04, 05,
07 , 08, 11 e 13; porém, todas elas estao dentro da tolerancia admitida. Novamente
observa-se uma significativa mudanca no valor de 0y, 4., que para alguns casos chega
a ser da ordem de mais de 100%(teste 06). Um fato importante a ser analisado é que
em 4 testes o valor do indice SU mudou de negativo para positivo, o que significa uma
mudanga na estimativa da resisténcia a fadiga da regiao segura para a nao-segura, ou

seja, da regiao de vida infinita para a regiao de falha.
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Tabela 6.7: Comparacao dos resultados obtidos segundo o critério de Susmel & Lazarin

para by = 0.0527mm sem e com a utilizacao da metodologia da tolerancia

Teste  7,(¢*,0%) Ta(0™,0™)  Onmaz(d*,0%)  Opmar(d™,0%) SUT (%)  SU?

01(F) 0.4097 0.4097 0.2103 0.4107 0.1513  0.2469
02(F) 0.5948 0.5948 0.3464 0.6569 0.4016  0.5036
03(F) 0.4067 0.4067 0.2029 0.4097 0.0535  0.1529
04(NF)  0.4200 0.4199 0.2026 0.4354 -0.0984  0.0098
05(NF)  0.3162 0.3161 0.1003 0.1040 -0.2446  -0.2423
06(F) 0.3975 0.3975 0.1890 0.4018 -0.0155  0.0890
07(F) 0.3936 0.3935 0.1802 0.1834 -0.1117  -0.1103
08(NF)  0.4579 0.4578 0.2339 0.4816 -0.0712  0.0345
09(NF)  0.4070 0.4070 0.1955 0.4145 -0.0368  0.0683
10(F) 0.4218 0.4218 0.2204 0.4248 0.1701  0.2648
11(F) 0.4028 0.4027 0.2050 0.3887 0.1193  0.2083
12(NF)  0.3834 0.3834 0.1518 0.3954 0.0482  0.1724
13(NF)  0.3926 0.3925 0.1938 0.1992 0.0906  0.0931
14(NF)  0.3873 0.3873 0.1536 0.4045 0.0582  0.1848

! {ndice para a metodologia original proposta por Susmel & Lazarin

2 fndice para a metodologia usando a tolerancia

Avaliagao do limite de resistencia a fadiga segundo o criterio de Dang Van

Da mesma forma que para o critério de fadiga anterior, para o critério de fadiga de
Dang Van o limite de resisténcia foi calculado por meio do campo de tensoes existente
no ponto de maior solicitagao do carregamento, £ = —1. Associado ao critério foi
utilizado o método da distancia critica de Taylor; assim, considerou-se o ponto (£, 2) =
(-1, é), no qual os valores de by serao os mesmos utilizados anteriormente, 0.007mm
e 0.0527mm. Na tabela 6.8, serao mostrados os valores dos parametros materiais x
e A, obtidos aqui por meio das eq 5.29 e 5.30, respectivamente, e necessarios para a
obtencao do indice de erro DV. Considerando o que foi dito anteriormente e os dados

da tabela 6.3, os seguintes resultados foram obtidos:

Tabela 6.8: Valores dos parametros materiais k e A para o critério de Dang Van.

K A (M Pa)
-0.7091 157.5818
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Tabela 6.9: Avaliacao do limite de resisténcia a fadiga segundo o critério de Dang Van

para by = 0.007mm

Teste DV (%)

01(F)  1.4485
02(F)  1.6909
03(F)  1.2693
04(NF)  0.9634
05(NF)  0.8410
06(F)  1.1591
07(F)  0.9797
08(NF)  0.9666
09(NF)  1.0994
10(F)  1.4642
11(F)  1.3844
12(NF)  1.3038
13(NF)  1.3428
14(NF)  1.3193

A tabela 6.9 mostra que o critério de Dang Van também fornece resultados muito
conservativos para o caso de by = 0.007mm. As estimativas de resisténcia a fadiga
fornecem valores positivos muito elevados, ocasionando assim uma previsao de falha
para todos os testes. Para os testes que nao apresentaram falha, o critério estimou
resultados para o indice DV sempre a favor da seguranca, com valores todos superiores
a 80%, quando esses deveriam apresentar indices de erro negativos. Todas as previsoes
para os ensaios onde o corpo-de-prova apresentou falha estao corretas, uma vez que os
valores de DV sao positivos. Da mesma forma que anteriormente, esses resultados nao
podem ser avaliados de forma quantitativa, ja que os ensaios nao foram conduzidos
no limite de resisténcia a fadiga do material, mas eles estao qualitativamente corre-
tos. Novamente, acredita-se que isso esteja ocorrendo devido a variagao do parametro

material by, como foi explicado anteriormente.
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Tabela 6.10: Avaliacao do limite de resisténcia a fadiga segundo o critério de Dang

Van para by = 0.0527mm

Teste DV (%)

01(F)  0.2913
02(F)  0.6730
03(F)  0.1793
04(NF)  0.0097
05(NF) -0.1670
06(F)  0.1009
07(F)  -0.0066
08(NF)  0.0555
09(NF)  0.0775
10(F)  0.3197
11(F)  0.2415
12(NF)  0.1597
13(NF)  0.2009
14(NF)  0.1777

A tabela 6.10 possui resultados ainda conservativos para as estimativas de re-
sisténcia a fadiga de cada teste. Para aqueles ensaios no qual o corpo-de-prova nao
apresentou falha, somente em um deles o indice de erro apresentou valor negativo, e
assim uma previsao correta. Nos outros 6 ensaios onde o CP nao apresentou falha, o
critério se apresentou a favor da seguranca, ou seja, com indices DV positivos e que,
assim, ficaram na regiao de falha do critério. Em 6 dos 7 testes onde se identificou a
falha do corpo-de-prova, as estimativas foram qualitativamente corretas, apresentando
resultados positivos. Na maioria desses testes o valor do indice de erro ficou entre
+10% e +30%, o que representa 6timas estimativas no tocante a problemas de fadiga
por fretting. O tunico resultado que foi contra a seguranca foi o do teste n® 07, onde o
indice de erro apresentou um valor negativo ao invés de positivo para um ensaio em que
houve falha do componente. Deve-se lembrar que pelo critério das Curvas de Wholer
Modificadas utilizando a metodologia da tolerancia, o tnico teste que ficou contra a
seguranca foi também o n® 07.

Para se computar o ganho proporcionado pela utilizacao do critério de fadiga de
Dang Van associado a distancia critica de Taylor, com relacao a uma analise conduzida
no ponto de maxima solicitacao (hot spot), foram tragados dois graficos que representam
a histdria de carregamento na superficie do contato e na profundidade L/2, juntamente

com a linha do critério, no espago 7(t) versus Py(t). Foi utilizado para tal andlise o

67



teste que apresentou o maior valor absoluto do indice DV, o teste n° 05.
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Figura 6.13: Gréfico de 7(t) x Ph(t) para o teste n°05 e com by = 0.007mm
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Figura 6.14: Gréfico de 7(t) x Ph(t) para o teste n°05 e com by = 0.0527mm

Os graficos das figuras 6.13 e 6.14 mostram claramente que o carregamento na
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superficie é bem mais severo que na profundidade L/2 em questao. Dessa forma, como a
utilizacao do método da distancia critica de Taylor juntamente com o critério de fadiga
de Dang Van consegue prever de forma bastante razoavel o limite de resisténcia a fadiga
do material, fica notério o beneficio que se tem com o uso dessa metodologia, carac-
terizando, por exemplo, uma economia significativa de material na hora da fabricacao

desse componente.

69



Capitulo 7
Conclusao

Neste trabalho, propos-se uma metodologia para a avaliacao da resisténcia a
fadiga sob condicoes de fretting. Esta metodologia consistiu na aplicacao do modelo de
fadiga multiaxial (Modelo Mesoscopico e o Modelo das Curvas de Wéhler Modificadas
(MCWM)) associado ao Método da Distancia Critica do Ponto de Taylor. Dados ex-
perimentais coletados da literatura envolvendo o contato entre esferas de Al7075 — T'6
sob um regime de escorregamento parcial foram utilizados para validar a anélise. Esses
dados mostravam a vida a fadiga obtida por meio de uma série de testes de fretting
para varios corpos de prova de tamanhos e materiais iguais. Assim, as estimativas de
vida em fadiga obtidos por meio da simulacao numérica desenvolvida neste trabalho
foram confrontados com esses valores de vida em fadiga obtidos experimentalmente.

Na andlise realizada com o valor da distancia critica igual a by = 0.0007mm,
verificou-se que os dois critérios multiaxiais apresentavam resultados muito conserva-
tivos. Para todos os 14 testes os indices de erro encontrados apresentaram valores
positivos, estimando assim a falha do corpo-de-prova. Dessa forma, para os testes
que nao apresentavam falha, os critérios sempre erraram em favor da seguranca. Na
analise subsequente, com by = 0.0527mm, tanto o critério de Susmel & Lazarin quanto
o modelo mesoscopico de Dang Van conseguiram estimar corretamente a vida a fadiga
em 7 dos 14 testes realizados por Vallellano et al.. Em outros 6 ensaios, os critérios
ficaram a favor da seguranca, estimando indices de erro positivos para testes em que
ocorria falha do corpo-de-prova. Em apenas 1 teste os critérios erraram para o lado nao
conservativo, o ensaio n°07, ou seja, seu indice de erro apresentou um valor negativo
para um ensaio em que houve a ruptura do CP. E valido se notar que para o teste
n°02 as estimativas em ambos os critérios ficaram muito préximas da condigao limite
de falha, indicando que o estado de tensao estd muito proximo do limite de fadiga.

Os resultados ainda mostraram que os parametros materiais utilizados para se
encontrar o centro do volume estrutural proposto por Taylor, L/2, devem ser obtidos
por ensaios nos proprios corpos-de-prova utilizados no teste de fretting. Caso esses

parametros sejam retirados de fontes provenientes da literatura, por exemplo de hand-
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books de propriedades em fadiga, os resultados da analise podem nao ser adequados.
Os resultados também indicam que a obtencao do plano critico requer um cuidado
especial com os valores de 0y, ;mae € 7, Notou-se que os maiores valores da amplitude
da tensao cisalhante equivalente adquirem valores muito proximos, com diferencas da
ordem de apenas 0.1%. Assim, a escolha do plano critico requer a andlise do valor
da tensao normal maxima em cada plano definido pelos angulos ¢ e 6 onde foram
econtrados os valores mais elevados de 7,, uma vez que ela encontra valores bastante

dispares em cada um desses planos.
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Apendice A

ALGORITIMO DA
HIPERESFERA

Dang Van (1973), em seu trabalho sobre o critério proposto, apresentou um algo-
ritmo para o célculo do centro da hiperesfera e do seu raio. O algoritmo ¢é apresentado
nos seguintes passos:

1 — Discretizacao da histéria de carregamento do tensor desviador s(t) em n
pontos s, = s(tx), k=1,2,3, ..., n.

2 — Atribuir um valor inicial p,_; para o centro da hiperesfera. Uma escolha

natural é o centréide do carregamento macroscépico S(t).
1 n
Pr—1 = ﬁzsk (A1)
k=1

3 — Atribuir um valor inicial para o raio da hiperesfera Ry_1.
4 — Para cada estado de tensao S e enquanto nao se obtiver convergéncia:

4.1 — Calcule a distancia entre o ponto e o centro da hiperesfera
1
Dy = J2(Sk = pp-1) = 5(Sk = pe-1) - (Sk = pi-1) (A2)
4.2 — Calcule o quanto o ponto esta fora da hiperesfera
P, = Dy — Ry (A.3)
4.3 — Se P, < 0 mantenha o centro e raio da hiperesfera.

Ry, = Re—y Pr = Pr—1 (A.4)

4.4 — Se P, > 0 o ponto esta fora
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Apendice B

ANALISE DO INDICE SU COM
UMA VARIACAO DE +10% NO
PARAMETRO b

Para se ter uma melhor nogao da influéncia do parametro by nas estimativas de
resisténcia a fadiga, uma variacao de £10% foi imposta a esse parametro para seu valor

igual a 0.0527mm. Os resultados obtidos estao descritos na tabela B.1.

Tabela B.1: Avaliacao do limite de resisténcia a fadiga segundo o critério de Susmel &

Lazarin para uma variagao de +10% em by = 0.0527mm

L/2  09L/2 1.1L/2
Teste SU (%) SU (%) SU (%)
01(F) 0.2469  0.3079  0.0907
02(F) 05036  0.5585  0.3540
03(F)  0.1529  0.2103  -0.0038
04(NF) 0.0098  0.0599 -0.1485
05(NF) -0.2423 -0.0601 -0.1442
06(F)  0.0890  0.1441  -0.0697
07(F) -0.1103  0.0499  -0.1666
08(NF) 0.0345 0.0838 -0.0148
09(NF) 0.0683  0.1219  -0.0897
10(F)  0.2648 0.3257  0.1125
11(F)  0.2083  0.2695  0.0442
12(NF)  0.1724  0.2079  -0.0023
13(NF)  0.0931  0.2389  0.0210
14(NF) 0.1848  0.2212  0.0077
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Os resultados mostram que os valores do indice SU podem variar significativa-
mente quando comparados com seu respectivo valor calculado em L/2. Isso mostra
o cuidado que se deve tomar com o célculo do centro do volume estrutural, uma vez
que variacoes de 10% desse parametro podem implicar variacoes de mais de 100% no
indice de erro SU, provocando inclusive, em alguns casos, uma mudanca qualitativa
nos resultados.

E interessante se notar que para uma variacao de —10% de L/2 os resultados
permanecem qualitativamente iguais aos seus respectivos valores calculados em L /2,
com excecao do teste n°07. Para esse teste os resultados sem a variagao se mostravam
nao conservativos, e, com a diminuicao em dez porcento do valor de centro do volume
estrutural, o valor do indice SU assumiu um valor positivo, acertando assim a previsao
de falha do CP para esse ensaio. Os valores resultantes da variacao de +10% no
parametro L/2 acarretaram um erro para o lado ndo conservativo de mais 2 ensaios,
o n°03 e 06. Porém, essa mudanca provocou um acerto na previsao de 4 ensaios que

erravam para o lado conservativo com o valor original de L/2, o n°04, 08, 09 e 12.
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Apéndice C

ANALISE DA VARIACAO DE -, e
s COM OS ANGULOS s e s

Como foi relatado ao longo deste trabalho, constatou-se que na obtencao do
plano critico proposto por Susmel & Lazzarin existem alguns planos em que o valor
maximo da amplitude da tensao cisalhante ficam muito préximos, ou sao até mesmo
iguais, e que a tensao normal maxima nesses planos sofre variagoes consideraveis. A
fim de se deixar mais claro tal caracteristica, apresentam-se a seguir 3 planilhas que
mostram a variacao de 7, € 0, mer cOm os angulos ¢ e 6 para os testes n°01, 04 e
05. Como foi dito anteriormente, os angulos ¢ e 6 sofreram uma variacao de 5 em
5 graus. Assim, para fins diddticos, mostram-se para cada valor do angulo 6 os 3
angulos ¢ que apresentaram os maiores valores da amplitude da tensao cisalhante. E
importante se comentar que para planos suplementares, como por exemplo os planos
(0,0) = (0°,65°) e (6,¢) = (180° 115°), seus respectivos valores de 7, € 0y mar SA0
equivalentes. Em todas as planilhas os parametros 7, € 0y mqz €stao normalizados
com relagao a pg, e os angulos que apresentaram semelhanca nos valores de 7, estao
marcados em cor amarela.

A planilha referente ao teste n°01 mostra que exitem 3 planos distintos que ap-
resentam o mesmo valor de 7,, e apenas 1 plano em que o valor de 7, se encontra
dentro da tolerancia especificada de 10~!. Contudo, os planos (0,¢) = (0°,65°) e
(0,¢) = (5°,155°), cujos valores de 7, sdo equivalentes, apresentam valores de 0y, max
que diferem em quase 100%, uma vez que seu valor para o primeiro plano é de 0.4107
e para o segundo de 0.2091. O plano critico definido para esse ensaio foi o plano
(0, ¢) = (0°,657).

A planilha referente ao teste n°04 mostra que o plano que apresenta o maior valor
da amplitude de tensdo cisalhante é o plano (0, ¢) = (10°,155°). Contudo, existem
outros 4 planos que apresentam valores de 7, dentro da tolerancia de 107!, e dentre
eles 3 apresentam valores superiores de 0, 4, €m relagao a esse plano. Dessa forma, o

plano critico definido para esse teste foi o plano (6, ¢) = (0°,65°), uma vez que, desses
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3 planos, esse é o que apresenta o valor mais elevado da tensao normal maxima.

A planilha referente ao teste n°05 mostra que o plano que apresenta o valor mais
elevado de 7, é o (0, ¢) = (15°,70°). Para esse teste nenhum outro plano apresentou
valores equivalentes de 7, ou que se encontrassem dentro da tolerancia especificada.
Dessa forma, para esse ensaio o plano critico definido nesse trabalho é o mesmo definido

por Susmel & Lazzarin.

85



