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CIÊNCIAS MECÂNICAS
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Dissertação de Mestrado, Universidade de Braśılia, Faculdade de Tecnologia,
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Resumo

O objetivo deste trabalho é avaliar a resistência a fadiga de componentes sob

condições de fretting através de uma metodologia usualmente utilizada para compo-

nentes entalhados. Utilizou-se para isso o Método da Distância Cŕıtica de Taylor

associado aos critérios de fadiga multiaxial propostos por Dang Van e por Susmel

e Lazzarin (Método da Curva de Wöhler Modificada). A aplicação desta metodolo-

gia foi validada a partir de dados dispońıveis na literatura para duas diferentes ligas

aeronáuticas: Al4Cu e Ti6Al4V . Estes dados envolvem o contato mecânico entre

cilindros sob regime de deslizamento parcial e revelam um efeito do tamanho do con-

tato sobre o limite de fadiga do material. Os resultados fornecidos mostraram que a

metodologia proposta é capaz de estimar corretamente o limite de fadiga para a maioria

dos dados.

Como a avaliação da resistência a fadiga sob condições de fretting requer a de-

terminação do campo de tensão ćıclico no interior da região de contato, foi também

objetivo deste trabalho, apresentar um mapeamento gráfico deste campo para a con-

figuração experimental considerada. O campo de tensão foi obtido numericamente

através do métodos dos elementos finitos.

Palavras Chave: fadiga por fretting, abordagem mesoscópica, fadiga de componentes

entalhados, método dos elementos finitos, efeito do tamanho do contato.
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Abstract

The goal of this work is to evaluate the fatigue limit of components under fretting

conditions through a methodology usually applicated to notched componentes. The

proposed methodology is based on the application of multiaxial models proposed by

Dang Van and Susmel and Lazzarin (Method of Wöhler Curve Modified) in terms of

the Theory of Critical Distance by Taylor. To validate the methodology, are considered

experimental data on literature for two aeronautic alloy: Al4Cu and Ti6Al4V . These

experimental data involves cylindrical-on-flat contact under partial slip conditions and

showed that the contact size influences the fatigue limit of the configuration despite

the fact that the superficial stress state is identical on the hot spot for all tests.

To estimate the fatigue limit under fretting conditions is required the determination

of the cyclic stress field. To determine this cyclic stress field was also a goal in this

work. The finite element method was used to determine the cyclic stress field and

the methodology to estimate the fatigue limit under fretting conditions provided good

results for the experimental data considered in this work.

Keywords: fretting fatigue, mesoscopic approach, notch fatigue, finite element anal-

ysis, size effect.
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E∗ módulo de elasticidade equivalente
∂g
∂t

taxa de deslocamento relativo

a metade do tamanho de contato

c tamanho da zona de adesão

c′ tamanho de escorregamento reverso

R raio equivalente

R1 eR2 raios dos cilindros em contato

P carga normal por unidade de comprimento
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S tensor tensão desviador macroscópica

J2 hiperesfera de seis dimensões

τeq tensão equivalente de Tresca

κ , λ em1 parâmetros do material

θ , φ ângulos que definem um plano material

θ∗ , φ∗ ângulos que definem o plano cŕıtico

ρ relação entre tensões normal máxima e cisalhante

τa tensão cisalhante

σn,max tensão normal máxima

DV ı́ndice de erro de Dang Van

SU ı́ndice de erro de Susmel
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Caṕıtulo 1

Introdução

A fadiga por fretting é uma forma particularmente severa de fadiga que ocorre

quando superf́ıcies em contato são sujeitas a pequenos movimentos oscilatórios, devido

a cargas vibratórias. Temos como consequência um microdeslizamento entre as su-

perf́ıcies ao longo do contato que pode gerar: aceleração da nucleação e crescimento de

trincas e desgaste superficial do componente, levando à falha precoce do componente.

Muitos materiais de engenharia têm aplicações onde componentes estruturais são

submetidos a condições de fretting como, por exemplo, em juntas parafusadas e rebitadas,

no acoplamento de eixos com engrenagens e/ou rolamentos, na interface da montagem

das palhetas com o disco de turbinas ou compressores (Ruiz et al., 1984; Ruiz e Chen,

1986; Ruiz e Nowell, 2000), nas juntas rebitadas da fuselagem de aeronaves (Har-

ish e Farris, 1998; Farris et al.,2000), etc. Testes experimentais tem mostrado que a

ocorrência da fadiga por fretting pode produzir redução de até 90% na resistência à

fadiga de um material metálico (McDowell, 1953). Segundo Thomson (1998), a fadiga

por fretting causa cerca de 17% das falhas ou contratempos nos sistemas de propulsão

aeronáuticos. Então, a indústria de aeronaves, por sofrer em grande proporção com

isso, tem muito interesse no seu estudo.

Outros sistemas mecânicos com danos menos cŕıticos que as aeronaves, mas ainda

com grande importância econômica, também sofrem com falhas de componentes devido

a fadiga por fretting. Alguns exemplos desses sistemas são (Hoeppner, 1992): trens,

automóveis, caminhões, ônibus, cabos de aço e implantes ortopédicos. Portanto, é pre-

ciso melhorar o entendimento sobre fadiga por fretting para reduzir o custo associado

a este fenômeno, tornando-se importante os estudos para o desenvolvimento de ferra-

mentas ou modelos que possam prever de maneira mais precisa as tensões geradas em

componentes mecânicos.

No ińıcio do século XX, o fenômeno de fretting foi primeiramente identificado em

corpos de prova trincados na região das garras de máquinas de fadiga (Eden et al.,

1911). Tomlinson (1927) propôs que o deslocamento tangencial entre as superf́ıcies em

contato era o principal parâmetro que controlava este fenômeno. Mais tarde, Warlow-
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Davis (1941) observou que componentes submetidos a condições de fretting e depois

carregados ciclicamente apresentam um decréscimo de 13 a 17% na resistência à fadiga.

Muitos fatores que influenciam a resistência a fadiga por fretting, como a pressão

no contato, a amplitude do escorregamento relativo, condições ambientais e material,

ainda não tinham sido avaliados completamente. Entretanto, em 1968, surgiram os

trabalhos de Nishioka et al., seguidos pelas publicações de Nishioka e Hirakawa (1969a,

b, c, d, 1972), que examinaram a influência desses fatores independentemente. Uma

das principais conclusões destes estudos foi que havia uma faixa de deslocamentos

tangenciais que acelerava o processo de fadiga por fretting.

Bramhall (1973) observou o efeito do tamanho do contato na vida a fadiga, após a

realização de uma série de experimentos onde mantinha-se o estado de tensão superfi-

cial constante de teste para teste, mas variava-se o tamanho do contato. Para qualquer

tamanho de contato inferior a um tamanho cŕıtico observou-se que a vida era infinita

(> 107 ciclos), enquanto que para maiores tamanhos de contato a falha ocorria. Pos-

teriormente, outros pesquisadores como Nowell (1988) e Araújo (2000), confirmaram a

existência deste efeito para outros materiais.

Recentemente, o estudo de fadiga por fretting tem sido classificado dentro de três

abordagens (Ciavarella, 2001): (i) abordagem dos microdeslizamentos, já estudada por

Ruiz e Chen (1986), Vingsbo e Soderberg (1987) e Lindley (1997) entre outros; (ii)

abordagem da mecânica da fratura, desenvolvida em varios 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), Gian-

nakopoulos et al. (1998), Araújo e Nowell (1999), Mugadu e Hills (2002), Mutoh e Xu

(2003); (iii) abordagem que estabelece analogia à fatores de concentração de tensão

(fadiga plana) desenvolvida por estudos de Giannakopoulos et al (2000), Naboulsi e

Mall (2003), Nowell e Dini (2003), Vallellano et al. (2003), Fouvry et al. (1998 e 2002),

Araújo e Nowell (2002).

O terceiro tipo de abordagem considera que a fadiga por fretting poderia ser tratada

como um problema de fadiga convencional na presença de um concentrador de tensão

(notch analogue). Com isto, minimiza-se a consideração do efeito do desgaste super-

ficial e maximiza-se o efeito de concentração de tensões na região do contato. Gian-

nakopoulos et. al. (2000) observaram que o campo de tensão resultante do contato

entre uma sapata plana com cantos arredondados e um semi-plano era similar ao campo

de tensão de corpos entalhados e sugeriram que deveria-se explorar esta caracteŕıstica

para estabelecer-se metodologias de previsão de vida ou resistência à fadiga por fretting.

Fouvry et. al. (1998 e 2002) utilizaram de experimentos com contatos esfera-plano sob

condições de escorregamento parcial para validar a aplicação de alguns critérios de

fadiga multiaxial e verificaram que os resultados obtidos não eram satisfatórios quando

o campo de tensões apresentava severos gradientes de tensão. Araújo e Nowell (2002)
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conduziram uma abordagem similar e verificaram que melhores resultados poderiam ser

obtidos utilizando uma zona de processo que não pareceu a prinćıpio ser caracteŕıstica

própria do material.

Trabalhos recentes de Araújo e Mamiya (2003) e Araújo et al.(2004) utilizam critério

de fadiga em escala mesoscópica para prever a iniciação de trincas e a vida a fadiga

de componentes sob condições de fretting. Araújo e Mamiya (2003) observaram que

existe uma influência do tamanho do contato na vida a fadiga por fretting e seus resul-

tados mostram que o critério prevê corretamente a iniciação de trincas para maiores

configurações de contato. Araújo et. al.(2004) verificaram que nem os modelos de

plano cŕıtico nem o critério mesoscópico (escala do grão) podem estimar corretamente

a resistência à fadiga sob condições de fretting, se a análise considerar apenas o ponto

de máxima tensão na superf́ıcie de contato. Resultados satisfatórios foram obtidos

quando altos valores dos parâmetros de fadiga eram sustentados dentro de um volume

cŕıtico.

Dentre as publicações mais recentes, Naboulsi e Mall (2003) tentaram, com critérios

de plano cŕıtico e o conceito de volume cŕıtico, verificar a influência de parâmetros

numéricos - discretização da malha, ponderação do campo de tensões, ponderação

do parâmetro de risco de iniciação - na previsão de iniciação de trinca. Já Nowell

e Dini (2003), exploraram a abordagem de concentração de tensão como meio para

modelar o campo de tensão nas juntas entre o rotor e as palhetas em turbofans, um

dos mais graves problemas de fretting na indústria aeronáutica. Vallellano et al. (2003),

utilizaram contatos esfera-plano para verificar a aplicabilidade de modelos aplicados a

corpos entalhados para a previsão de vida em fadiga para componentes sob condições

de fretting.

O presente trabalho tem como objetivo principal propor uma metodologia que ava-

lie o limite de resistência à fadiga sob condições de fretting. O 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 iniciação de trincas em componentes da sus-

pensão de automóveis pode ter ińıcio em regiões menos solicitadas em termos do es-

tado de tensão na superf́ıcie. Observou-se que, nestes casos, o estado de tensão a uma

determinada distância cŕıtica da superf́ıcie parecia caracterizar apropriadamente a re-

sistência à fadiga do componente. Esta distância 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 mecânico, o estado

de tensão sub-superficial é invariavelmente multiaxial. Neste sentido, Susmel e Taylor

(2003) associaram o método da distância cŕıtica (MDC) de Taylor, inicialmente testado

com modelos de fadiga uniaxial, ao método da curva de Wöhler modificada (Susmel e

Lazzarin, 2002), que avalia a resistência a fadiga multiaxial.
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Um passo fundamental para avaliar a resistência a fadiga por fretting é determinar

o campo de tensão ćıclico para a configuração de contato considerada. Neste sentido,

a primeira parte deste trabalho, consistiu no mapeamento anaĺıtico do referido campo

de tensão para o contato entre cilindros. Posteriormente, avaliou-se a capacidade do

programa de elementos finitos ef++ (pré-processamento GiD) em simular tais campos,

uma vez que a metodologia proposta é validada a partir de uma série de dados exper-

imentais envolvendo o contato entre cilindros, mas cujo campo de tensão não possue

solução anaĺıtica. Tal procedimento nos permitiu calibrar o programa e obter confiança

para conduzir a análise.

Para essa avaliação, tem-se a explicação dos passos adotados para a obtenção dos

resultados no seção 1.1 deste trabalho, que mostra a metodologia. Já no caṕıtulo

2 é apresentada a teoria para o contato entre cilindros. Em seguida, é introduzida

no caṕıtulo 3 a teoria de fadiga uniaxial e o critério de fadiga multiaxial usado para

a estimativa do limite de fadiga. Também neste caṕıtulo, a teoria da mecânica da

fratura que é base para a compreensão do comportamento da trinca é sintetizada e o

Método da Distância Cŕıtica do ponto leva em consideração o meio de prever o efeito

do gradiente de tensão nesta avaliação. O caṕıtulo 4 descreve da modelagem numérica

via método dos elementos finitos, usando-se o programa ef ++ e a interface gráfica

GiD para a simulação do problema. Finalmente, no caṕıtulo 5, os resultados anaĺıticos

são apresentados através do mapeamento do campo de tensões junto aos resultados da

análise numérica para avaliar a capacidade do programa ef++ em descrever o problema

de contato em regime de escorregamento parcial. Ainda neste caṕıtulo, o campo gerado

para valores maiores da carga remota e os resultados da análise da resistência a fadiga

dos materiais sob condições de fadiga fretting são apresentados. O caṕıtulo 6 traz as

considerações finais sobre os resultados apresentados, concluindo o trabalho.

1.1 Metodologia

A primeira etapa deste trabalho foi a escolha de uma configuração t́ıpica de proble-

mas de fadiga por fretting para a avaliação da capacidade dos programas de elementos

finitos ef++ em descrever os campos de tensão na região de contato mecânico. A

configuração adotada aqui foi a do contato entre um cilindro e um corpo de prova de

tração (cilindro com raio infinito), ilustrada na figura 1.1.

A escolha desta configuração mecânica para condução do trabalho deve-se ao fato

da existência de uma solução anaĺıtica para o campo de tensões, que pode servir de

base para calibrações numéricas e, também, ao fato de existirem diversos experimentos

sendo conduzidos com esta configuração (Nowell, 1988, e Araújo, 2002, entre outros).

Através da teoria da mecânica do contato foi desenvolvida uma base téorica para

o entendimento do problema. Mostra-se que a partir de um formulação geral, pode-se
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Figura 1.1: Configuração experimental para fadiga por fretting : sapatas ciĺındricas em

contato com um corpo de prova plano.

obter uma solução particular para o problema de um cilindro e um semi-plano infinito.

O campo de tensões gerado pelas cargas de contato normal e tangencial e uma carga

remota de fadiga foram avaliados analiticamente e seus resultados foram utilizados

como calibração das tensões numéricas e são apresentados graficamente no caṕıtulo 6

deste trabalho.

Definindo a configuração de contato a ser estudada e obtendo-se o perfil desse campo

de tensão, avançou-se para a construção de um modelo numérico capaz de simular, via

método dos elementos finitos, as condições definidas para o problema anaĺıtico. Uma

análise de convergência da malha foi então conduzida para a avaliação das distribuições

de pressão e de tensão de cisalhamento superficial. Após a definição de uma malha

adequada para a descrição do problema de contato, resultados numéricos foram gerados

para o campo de tensão na região de contato. A qualidade dos resultados foi avaliada

com relação a solução anaĺıtica. Esta primeira etapa do trabalho foi de fundamental

importância para o desenvolvimento de um modelo numérico adequado para simular

uma série de teste dispońıvel na literatura e envolvendo o contato entre cilindros, mas

cujo campo de tensão não possui solução anaĺıtica. Estes dados mostraram um efeito

do tamanho do contato sobre o limite de fadiga e foram utilizados para validação da

metodologia da estimativa do limite de fadiga. Dados para duas ligas distintas (Al4Cu

e Ti6Al4V ) foram analisados.

Esta metodologia estende a abordagem de componentes entalhados sob condições

de fadiga convencional para componente submetidos à fadiga por fretting. A base da

referida metodologia envolve teorias de fadiga uni/multiaxial e da mecânica da fratura

linear e elástica. Portanto, conduziu-se um revisão teórica sobre estes temas para

posterior aplicação.

O efeito do gradiente de tensão influencia diretamente na propagação de trincas e

interfere na previsão da resistência à fadiga do material. Para avaliar-se a resistência

à fadiga tal efeito adotou-se o Método da Distância Cŕıtica do ponto proposto por

Taylor (1999) para componentes entalhados. Por este método, o limite de fadiga do

componente deve ser avaliado, não na sua superf́ıcie, mas em um ponto localizado no
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seu interior, cuja posição é uma propriedade do material.

Segundo verificado pelos resultados das tensões obtidas, o campo de tensão abaixo

da superf́ıcie de contato é multiaxial. Portanto, para a avaliação da resistência a fadiga

do material submetido à condição de fretting foi conveniente adotar um critério de

fadiga multiaxial. Neste relatório foram considerados: o modelo mesoscópico de Dang

Van (1973, 1989) e o modelo da Curva de Wöhler Modificada (Susmel e Lazarrin,

2002).

Uma vez selecionados os critérios de fadiga multiaxial utilizou-se o campo de tensão

determinado numericamente para avaliar-se o limite de fadiga do componente no ponto

cŕıtico. Esta avaliação foi conduzida através da definição de um ı́ndice de resistência à

fadiga.
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Caṕıtulo 2

Mecânica do Contato entre

Cilindros

2.1 Tensões Superficiais

O primeiro passo para se obter uma solução para o campo de tensões na região

do contato é resolver o próprio problema de contato, isto é, achar a magnitude e a

distribuição das tensões na superf́ıcie de contato. Uma grande quantidade de problemas

de contato podem ser solucionados usando duas equações integrais que relacionam a

distribuição de pressão, p(x), ao deslocamento normal, h(x), e a tensão cisalhante

superficial, q(x), ao deslocamento tangencial relativo, g(x). A formulação do problema

de contato é detalhada por Hills e Nowell (1994), e as equações integrais são fornecidas

abaixo. Detalhes referentes a essa análise são fornecidas por Hills et al. (1993) e

Johnson (1985). As equações integrais para dois corpos similarmente elásticos são:

1

A

∂h

∂x
=

1

π

∫
p(ξ)dξ

ξ − x
, (2.1)

1

A

∂g

∂x
=

1

π

∫
q(ξ)dξ

ξ − x
, (2.2)

onde A é a flexibilidade composta que é definida como:

A = 2

(
κd + 1

4µ

)
, (2.3)

sendo κd = 3 − 4ν no estado plano de deformação, ν é a razão de Poisson e µ é o

módulo de rigidez.
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2.1.1 Carga Normal

A configuração de interesse neste trabalho, que já foi adotada em testes de fadiga

por fretting por outros pesquisadores (Nowell, 1988, Araújo, 2000) é mostrada na

figura 2.1. O raio da sapata equivalente, R, e o carregamento normal por unidade de

comprimento, P , foram definidos considerando cada corpo como um semi-plano elástico

e a solução para a distribuição de pressão foi a solução de Hertz. Os resultados de Hertz

(1882) prevêm que devido a força normal estática, uma distribuição de pressão eĺıptica

é desenvolvida:

p(x) = −p0

√
1−

(x

a

)2

, (2.4)

onde p0 é o valor máximo da pressão no contato, obtida a partir da condição de

equiĺıbrio.

−p0 =
2P

πa
, (2.5)

onde a é o tamanho da metade do contato

a =

√
4PR

πE∗ , (2.6)

onde

R =

(
1

R1

+
1

R2

)−1

(2.7)

e

E∗ =

(
1− ν2

1

E1

+
1− ν2

2

E2

)−1

, (2.8)

onde os subscritos 1 e 2 referem-se aos corpos 1 e corpo 2 respectivamente, e E é o

módulo de elasticidade.

2.1.2 Carga Tangencial

Por outro lado, a carga tangencial dá origem às tensões cisalhantes primeiramente

descritas por Cattaneo (1938) e independentemente por Mindlin(1949). Em fadiga por

fretting, o carregamento cisalhante aplicado é, geralmente, menor que o limite para o

escorregamento total. Então, se desenvolve um regime de escorregamento parcial onde
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Figura 2.1: Contato entre dois corpos elasticamente deformáveis submetidos a forças

normal, P , e tangencial, Q.

ocorre escorregamento em duas regiões simétricas c ≤| x |< a que circundam uma

região central de adesão | x |< c (Figura 2.2).

Figura 2.2: Regiões de escorregamento e de adesão para o contato entre cilindros em

regime de escorregamento parcial.

Portanto, parece conveniente modelar as tensões cisalhantes superficiais como uma

perturbação da solução de escorregamento total:

q(x) = fp0

√
1−

(x

a

)2

− q′(x), (2.9)

onde f é o coeficiente de atrito.

Na zona de adesão, pode-se obter q′(x) resolvendo-se a equação integral 2.2 (Hills

et al, 1993) e levando em consideração o fato de que não há movimento relativo na

direção x entre pontos correspondentes da região de adesão (g(x) = 0, | x |≤ c).

q′(x) = fp0
c

a

√
1−

(x

c

)2

| x |< c. (2.10)
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Na zona de escorregamento (c ≤| x |≤ a) obviamente não há perturbação na solução

completa, assim:

q′(x) = 0 c ≤| x |≤ a. (2.11)

O tamanho da zona de adesão, c, é encontrado considerando-se equiĺıbrio tangencial.

c

a
=

√
1−

( Q

fP

)
. (2.12)

A figura 2.3 mostra a distribuição de pressão e das tensões cisalhantes superficiais

para uma configuração t́ıpica de carregamento. A zona de adesão central, onde as

tensões cisalhantes são reduzidas devido a perturbação na solução total, é imediata-

mente evidente.

Figura 2.3: Perfil da distribuição de pressão e tensão cisalhante superficial para uma

configuração t́ıpica de carregamento, Q/fP = 0, 59, σB/fp0 = 0

As expressões desenvolvidas até agora para a distribuição da tensão cisalhante su-

perficial no contato são aplicáveis somente quando a força tangencial está no seu valor

máximo no ciclo de carregamento. Para analisar as tensões superficiais e, consequente-

mente, a tensão e/ou deformação em outro instante qualquer do ciclo de fretting, é

necessário avaliar o que ocorre no carregamento reverso (Hills et al., 1993).

Para essa análise é aconselhável recordar as condições de contorno dentro das zonas

de adesão e de escorregamento na interface do contato. Para qualquer ponto x dentro da

zona de escorregamento, as tensões superficiais são relacionadas pela lei de Amontons

(Amontons, 1699).
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| q(x) |= −fp(x). (2.13)

Além disso, o sentido das tensões cisalhantes é oposta ao movimento da superf́ıcie,

fornecendo

sgn(q(x)) = −sgn

(
∂g

∂t

)
, (2.14)

onde ∂g
∂t

é a taxa de deslocamento na direção x.

Na região central, onde não há deslocamento relativo entre part́ıculas correspon-

dentes, as tensões cisalhantes superficiais têm que ser menor que o valor limite de

fricção, assim:

| q(x) |< −fp(x). (2.15)

Figura 2.4: Variação do carregamento cisalhante Q com o tempo t.

Para a determinação das tensões superficiais cisalhantes, conta-se com o apoio da

figura 2.4, que descreve a variação da carga tangencial Q com o tempo t. Durante a

primeira fase de carregamento, ou seja, quando o carregamento tangencial parte do zero

e atinge seu valor máximo, ponto A da figura 2.4, as equações 2.9 a 2.11 descrevem

apropriadamente a variação de q(x). Porém, durante o descarregamento do ponto

A para o ponto B, o deslocamento relativo mudaria de sinal provocando a violação

da equação 2.14 e a adesão em todo o contato. Continuando o descarregamento até

o ponto C, verifica-se o escorregamento reverso nos limite do contato. Nesta nova

zona de escorregamento (c′ ≤| x |< a), as tensões superficiais mudam de fp(x) para

−fp(x). Assim, por analogia, é posśıvel concluir que, dentro das zonas de adesão, a

tensão superficial corretiva necessária para prever escorregamento, é dada por:
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q′′(x) = 2fp0
c′

a

√
1−

(x

c′

)2

. (2.16)

Note que o fator dois na equação 2.16 deve cancelar o deslocamento relativo quando

as tensões superficiais na zona de escorregamento mudam de fp(x) para −fp(x). As

distribuições das tensões cisalhantes superficiais para cada região durante a fase de

descarregamento são apresentadas na tabela 3.1.

Tabela 2.1: Tensões superficiais cisalhantes para cada região durante a variação do

carregamento tangencial com o tempo.

q(x)/fp0 zona de aplicação

−
√

1−
(

x
a

)2

c′ <| x |≤ a

−
√

1−
(

x
a

)2

+ 2 c′

a

√
1−

(
x
c′

)2

c <| x |≤ c′

−
√

1−
(

x
a

)2

+ 2 c′

a

√
1−

(
x
c′

)2

− c
a

√
1−

(
x
c

)2

| x |≤ c

O tamanho da nova zona de adesão no carregamento reverso é obtido da condição

de equiĺıbrio, o que fornece:

c′

a
=

√
1−

(Qmax −Q

2fP

)
. (2.17)

A figura 2.5a mostra a variação das tensões cisalhantes superficiais para diferentes

valores de Q, correspondentes aos pontos A, C, D, E e F do ciclo de fretting mostrado

na figura 2.4. É importante notar que as tensões cisalhantes superficiais para valores

extremos do carregamento tangencial (pontos A, +Qmax, e F, −Qmax) são iguais e

opostos. Além disso, observa-se, que depois da remoção total da carga tangencial

(ponto D), tensões cisalhantes superficiais não nulas, mas em equiĺıbrio, persistem.

Isso significa que o atrito no contato é não linear e as tensões cisalhantes superficiais

e, consequentemente, as tensões e deformações nos corpos em contato são dependentes

da história de carregamento. Portanto, a aplicação do prinćıpio de superposição tem

de ser exercitado com cuidado em problemas de contato com atrito.
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2.1.3 Carga Remota de Fadiga

Se uma carga de fadiga remota ao contato e moderada (σB) é aplicada em fase

com a carga tangencial, um deslocamento da zona de adesão, e (nos pontos máximo

e mı́nimo de σB) ou e′ (durante o descarregamento ou recarregamento de σB), será

produzido. As expressões que quantificam esse deslocamento na zona de adesão, em

qualquer instante do tempo no carregamento ćıclico (Hills et al., 1993), são:

e

a
=

σmax
B

4fP
, (2.18)

e′

a
=

σmax
B − σB(t)

8fP
. (2.19)

A figura 2.5(b) mostra a história das tensões cisalhantes superficiais para uma

combinação das cargas tangencial e remota. Percebe-se claramente o deslocamento na

zona de adesão devido a presença da carge remota. A formulação desenvolvida acima

para o deslocamento da zona de adesão é somente válido para pequenos valores da

carga de fadiga, que irá produzir e + c < a e e′ + c′ < a. Para carregamentos maiores,

o tamanho e a posição da zona de adesão precisam ser calculados numericamente, por

exemplo usando programação quadrática (Nowell e Dai, 1998).

Figura 2.5: (a) Variação das tensões cisalhantes superficiais em diferentes instantes do

carregamento ćıclico tangencial. Q/fP variando entre ±0.6, (b) Efeito da carga remota

nas tensões cisalhantes superficiais mostradas em (a) para σB/p0 variando entre ±0.59.
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2.2 Campo de Tensão Ćıclico no Interior da Região

de Contato

O campo de tensão sub-superficial resultante pode ser obtido pela superposicão

dos campos de tensões provocados por p(x) e q(x), embora a variação originada pelos

termos de perturbação, q′(x) e q′′(x), terá que ser levado em conta. É, particularmente,

importante notar que quatro diferentes combinações de superposição serão necessárias

para descrever o campo de tensão nos estados de carregamento máximo e mı́nimo e

durante o descarregamento e recarregamento. Por exemplo, a componente σxx/p0 em

cada um desses estágios é:

Na carga máxima,

σxx(x, y)

p0

=

(
σn

xx

(
x
a
, y

a

)
p0

)
+ f

(
σt

xx

(
x
a
, y

a

)
fp0

)
− f

c

a

(
σt

xx

(
x−e

c
, y

c

)
fp0

)
+

σB

p0

. (2.20)

No descarregamento,

σxx(x, y)

p0

=

(
σn

xx

(
x
a
, y

a

)
p0

)
− f

(
σt

xx

(
x
a
, y

a

)
fp0

)
+

+ 2f
c′

a

(
σt

xx

(
x−e′

c′
, y

c′

)
fp0

)
− f

c

a

(
σt

xx

(
x−e

c
, y

c

)
fp0

)
+

σB

p0

. (2.21)

Na carga mı́nima,

σxx(x, y)

p0

=

(
σn

xx

(
x
a
, y

a

)
p0

)
− f

(
σt

xx

(
x
a
, y

a

)
fp0

)
+ f

c

a

(
σt

xx

(
x−e

c
, y

c

)
fp0

)
+

σB

p0

. (2.22)

No recarregamento,

σxx(x, y)

p0

=

(
σn

xx

(
x
a
, y

a

)
p0

)
+ f

(
σt

xx

(
x
a
, y

a

)
fp0

)
−

− 2f
c′

a

(
σt

xx

(
x−e′

c′
, y

c′

)
fp0

)
+ f

c

a

(
σt

xx

(
x−e

c
, y

c

)
fp0

)
+

σB

p0

. (2.23)

onde o sobrescrito n e t referem-se aos tensores de tensão produzidos pelos carrega-

mentos normal e tangencial, respectivamente.

Estes tensores podem ser avaliados na condição de estado plano de deformação

usando-se os potencias de Muskhelishivili (Muskhelishivili, 1953, Hills et al., 1993).
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Caṕıtulo 3

Fadiga e Fratura

3.1 Fadiga Uniaxial

3.1.1 Curva S-N

As leis ou equações que definem o comportamento do material em fadiga são geral-

mente relações obtidas experimentalmente ensaiando corpos de prova do material de-

sejado em se estudar. Nestas leis relaciona-se a amplitude de tensões ou deformações

com o número de ciclos gasto até se atingir a falha completa do corpo.

Métodos para caracterização da vida em fadiga em termos da tensão nominal sur-

giram a partir do trabalho de Wöhler (1860), que analisou o fenômeno de fadiga para

eixos de máquinas ferroviárias. Tal método é baseado no diagrama de Wöhler (curvas

S-N). Este diagrama correlaciona a amplitude da tensão nominal em um corpo de prova

normalizado com o número de ciclos aplicados até a falha do corpo de prova. Os dados

são usualmente obtidos a partir de testes de flexão ou de tração/compressão sem a

presença de tensões médias.

Em 1910, Basquin observou estes dados e verificou que eles poderiam ser lineariza-

dos em um gráfico log-log. A equação 3.1 descreve o comportamento das curvas S-N e

é chamada de relação de Basquim:

∆σ

2
= σ′

f (Nf )
b, (3.1)

onde ∆σ
2

é amplitude de tensão, Nf é o número de ciclos de vida, σ′
f é o coeficiente de

resistência à fadiga e b é o expoente de resistência a fadiga.

Algumas ligas metálicas, como o aço, quando submetidos a amplitudes de tensão

constante, apresentam um limite inferior de tensão abaixo do qual não observa-se a

falha para fadiga (vida infinita ou acima de 2 × 106 reversos). Essa amplitude de

tensão é conhecida como limite de fadiga, e seu valor varia entre 35% a 50% do limite

de resistência para a maioria dos aços e ligas de cobre. Nas curvas S-N o primeiro ponto
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do gráfico corresponde a tensão alternada para uma vida de 103 ciclos, S1000. Esta

tensão pode ser estimada em 90% do limite de resistência do material, σu. Ligando-se

este ponto ao ponto que define o limite de fadiga, σfl, que em geral corresponde ao

valor da tensão alternada para 2 × 106 reversos (onde 1 ciclo = 2 reversos), obtém-se

a curva S-N.

Figura 3.1: Construção da curva S-N.

Vários materiais não 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 tensão correspondente a uma vida de 107 ciclos.

Efeitos da Tensão Média na Vida a fadiga

A maioria dos dados experimentais dispońıveis na literatura corresponde a ensaios

conduzidos com tensão média igual a zero. Porém existem várias aplicações em que

à tensão média é diferente de zero. O efeito da tensão média é de fundamental im-

portância no comportamento à fadiga de materiais. A figura 3.2 mostra um ciclo de

fadiga senoidal com uma tensão média diferente de zero. Neste caso, a faixa de tensão,

a amplitude de tensão e a tensão média são definidas como:

∆σ = σmax − σmin,

σa =
σmax − σmin

2
,

σm =
σmax + σmin

2
,

σmax = σm + σa. (3.2)

Figura 3.2: Exemplo de um carregamento ćıclico.
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A tensão média também pode ser caracterizada em termos da razão de tensões, R:

R =
σmin

σmax

. (3.3)

Os efeitos da tensão média podem ser representados em termos de diagramas de

vida constante. Nesses diagramas, diferentes combinações de amplitude de tensão e

tensão média definem regiões onde um componente poderia operar sem falhar por

fadiga após experimentar um determinado número de ciclos de carregamento. Smith,

Watson e Topper (1970) propuseram uma relação de vida constante para estimar o

efeito da tensão média sob a resistência a fadiga. Essa é apresentadas nas equações 3.4

e 3.5. A curva de vida constante apresentada nesse tópico podem ser visualizadas na

figura 3.3.

Relação de Smith-Watson-Topper:

σar =
√

σmaxσa (3.4)

ou

σar = σa

√
2

1−R
. (3.5)

Nestas equações σar é a resistência a fadiga equivalente a do material testado com

tensão média nula, ou seja, é a amplitude de tensão em um teste completamente reverso

(ou alternado) que resultaria em uma vida idêntica a provocada por um outro teste em

que o material fosse solicitado para uma tensão com componentes média e alternada.

Figura 3.3: Curva de vida constante de Smith-Watson-Topper.

Neste momento é apropriado relatar que, testes de fadiga em laboratório para corpos

submetidos à torção demonstraram que a tensão média de cisalhamento não afeta a

resistência à fadiga (Sines, 1981).
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3.2 Critérios de Fadiga Multiaxial

Na seção 4.1 discutiu-se o fenômeno de fadiga caracterizado por ciclos de carrega-

mento uniaxial. Entretanto, vários, são os exemplos práticos onde os componentes

mecânicos estão submetidos a ciclos de carregamento multiaxiais. Por exemplo, a fuse-

lagem de uma aeronave está submetida a um tipo de carregamento multiaxial, causado

pela pressurização e despressurização. Similarmente, os vasos de pressão e tubulações

estão submetidos a um estado de tensão biaxial devido a pressões interna, outros exem-

plos de componentes solicitados multiaxialmente à fadiga são os eixos de transmissão

de automóveis que estão sujeitos a torção e a flexão. Uma das grandes dificuldades

encontradas no trabalho a fadiga está em se estender o conhecimento sobre fadiga uni-

axial para a fadiga multiaxial. O limite de resistência à fadiga é definido como o ńıvel

de tensão ćıclica abaixo do qual não há aparecimento de trincas macroscópicas após

um grande número de ciclos de carregamento (≥ 107). O limite de resistência à fadiga

é um conceito importante, pois leva a separação de duas regiões bem distintas, uma

região segura e outra de falha. Apesar do limite de resistência encontrado na literatura

provir de experimentos de carregamentos uniaxiais, pode-se extrapolar esse conceito

para carregamentos multiaxiais. Como não existem muitos experimentos sob condições

de carregamentos multiaxiais, existe a necessidade de se verificar a resistência de uma

peça submetida a carregamento combinado a partir dos dados de carregamento uniaxial

e é sobre essa idéia que surgem os critérios multiaxiais de fadiga.

Considerando um espaço de tensões apropriado, a região segura de carregamento

ao qual a peça pode ser submetida, sem que haja falha por fadiga, é composta pela

origem e toda região abaixo da linha limite de falha definida por um critério qualquer.

Este critério deve ser independente da base na qual o tensor tensões é expresso, deve

reproduzir o comportamento do material submetido a um carregamento uniaxial, e

incorporar o efeito das tensões médias sobre a resistência a fadiga. Logicamente, os

resultados obtidos pelo critério devem se aproximar dos valores experimentais.

Os primeiros critérios de fadiga multiaxial foram de natureza totalmente emṕırica

e amparada pelos extensos trabalhos experimentais produzidos por Gough e Pollard

(1935) e Nishihara e Kawamoto (1945). Sines (1955) identificou o efeito da presença de

tensões médias sobre a amplitude limite das tensões ćıclicas e a partir dáı propôs um

critério baseado nos invariantes do tensor tensão. Nesta abordagem uma amplitude de

tensão equivalente é calculada e usada para prever a vida à fadiga a partir de curvas

S-N convencionais. Crossland (1956) desenvolveu um modelo similar ao de Sines, mas

que considera o valor máximo da pressão hidrostática, e não seu valor médio, como

variável fundamental no processo de nucleação da trinca. Mais recentemente, Deperrois

(1991), Bin Li et al. (2000) e Mamiya e Araújo (2002) apresentaram critérios também

baseados nos invariantes do tensor tensão, mas cujos resultados são significantemente
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melhores aos obtidos com os modelos de Sines e Crossland. As abordagens de plano

cŕıtico, por sua vez, consideram que as trincas de fadiga têm origem em determinados

planos materiais, onde as combinações de tensões ou deformações cisalhantes e normais

são particularmente severas. Portanto, estes critérios são capazes de prever não apenas

a resistência à fadiga do material e o local de iniciação da trinca, mas também sua

orientação. Modelos de plano cŕıtico foram propostos por Brown e Miller (1973),

McDiarmid (1974 e 1991) Matake (1977), Socie (1987), Fatemi e Socie (1988) e Susmel

e Lazzarin (2002).

A energia dissipada por um material submetido a carregamentos ćıclicos também

tem sido considerada na tentativa de se quantificar o dano devido à fadiga (e.g. Halford,

(1966), Garud, (1979), Ellyin et al., (1991)). Ellyin e Kujawski (1993), sugeriram que o

trabalho realizado por ciclo e a pressão hidrostática eram as variáveis adequadas para

se quantificar este dano. Abordagens h́ıbridas combinando os métodos de energia e do

plano cŕıtico foram introduzidas por Liu (1993). Ele propôs que os modos de iniciação

da trinca associados a ćırculos de Mohr poderiam ser usados para calcular a energia

de deformação sobre o plano cŕıtico. Glinka et al. (1995) e Varvani-Farahani (2000)

também apresentaram critérios do tipo energia/plano cŕıtico.

Uma abordagem em ńıvel mesoscópico, foi introduzida por Dang Van (1973). Nesta

abordagem, procura-se avaliar a magnitude das deformações plásticas acumuladas ob-

servadas em ńıvel dos grãos cristalinos, embora o comportamento macroscópico do ma-

terial seja elástico. Resultados apresentados por Papadopoulos et al.(1997) compara-

ndo um modelo semelhante ao de Dang Van(1973) com outros critérios de resistência

a fadiga (Crossland, Sines, Matake, McDiarmid e Dietmann), atestam a superioridade

desta nova abordagem.

Dentre os modelos de fadiga multiaxiais existentes usou-se neste trabalho os critérios

proposto por Dang Van (1989) e por Susmel e Lazzarin (2002), Metodo da Curva de

Wöhler Modificada, para prever a vida a fadiga por fretting para os dados experimentais

de Nowell (1988) para o Al4Cu e de Araújo (2000) para Ti6Al4V .

3.2.1 Critério de Dang Van

Supondo-se que o estado de tensão macroscópica em determinado volume material

pode ser considerada constante, esse volume material possui grãos em diferentes ori-

entações. Dang Van (1973) assumiu que ocorre a falha por fadiga caso haja a iniciação

de trinca, essa iniciação de trinca ocorre se o estado de tensão microscópica estiver em

regime plástico em algum grão. Sendo assim, pode-se dizer que a condição para vida

infinita corresponde à condição de adaptação elástica (figura 3.4).

O modelo assume que a iniciação de trinca é controlada por dois parâmetros: tensão

cisalhante e pressão hidrostática, mesoscópicas. O modelo é dado pela inequação 3.6.
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Figura 3.4: Esquema de falha para o Critério de Dang Van.

τ (t) + κp(t) 6 λ. (3.6)

A pressão hidrostática é dada por:

p =
traço(σ)

3
, (3.7)

onde σ é um tensor de Cauchy.

A tensão cisalhante τ(t) é a tensão equivalente de Tresca τeq dada por:

f(τ) = τeq =
1

2
max

t
( |s1(t)− s2(t)|, |s1(t)− s3(t)|, |s2(t)− s3(t)| ) , (3.8)

onde: si(t); i = 1, 2, 3 são os autovalores do tensor tensão desviador s.

s(t) = S(t)− ρ. (3.9)

Sendo que s(t) é obtido a partir do tensor macroscópico S(t):

S(t) = σ(t) + p(t)I, (3.10)

e do campo de tensão residual estabilizado ρ que é o centro da menor hiperesfera que

circunscreve a trajetória da tensão desviadora. Ou seja, a escolha do estado de tensão

residual ρ é conseguida com o máximo valor de J2(s) que circunscreva a história de

carregamento S(t) nas menores dimensões posśıveis.

J2 =
1

2
(sxx

2 + syy
2 + szz

2) + sxy
2 + syz

2 + sxz
2. (3.11)
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A inequação 3.6 define duas zonas distintas o plano τeq, p. Caso a solicitação imposta

ao componente provoque uma história de tensões neste plano situada abaixo da linha

limı́trofe, espera-se que o componente acomode elasticamente e, portanto, não haverá

iniciação de trinca (Figura 3.5).

τ (t) = −κp(t) + λ. (3.12)

Figura 3.5: Representação do critério de Dang Van.

Para avaliar os parâmetros κ e λ pode-se considerar limites de fadiga para flexão

alternada f−1 e para flexão repetida f0.

κ =
3

2

(
f−1 − f0

f−1 − 2f0

)
, (3.13)

λ =
f−1

2

(
f0

2f0 − f−1

)
. (3.14)

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

situação limite de carregamento imposta nos testes está distante da condição de falha

(limite de fadiga). Assim, para se avaliar as qualidades dos resultados conseguidos pelo

o critério de Dang Van define-se o ı́ndice de erro de Dang Van DV :

DV =

(
τeq + κ · pmax − λ

λ

)
. (3.15)

Desta forma, quando DV < 0, o modelo indica que o componente não falha ou

possui vida infinita; quando DV = 0, o estado de tensão indica uma condição equiva-

lente ao limite de fadiga, isto é, o limite entre vida infinita e finita; e quando DV > 0

o modelo indica a falha do componente (iniciação de trinca), conforme explicitado

abaixo:
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DV


< 0 não falha (admite mais carregamento)

= 0 limite

> 0 falha

(3.16)

3.2.2 Critério de Wöhler Modificado (MCWM)

De acordo com a abordagem do plano cŕıtico, em ńıvel de grão, o estado de tensão

ćıclico leva à formação de bandas de escorregamento persistente paralelas à um certo

plano material (φ, θ). Após um certo número de ćıclos, devido aos efeitos de concen-

tração de tensão causados pela presença de uma intrusão, ocorre a iniciação de uma

micro-trinca, causada predominantemente por tensões cisalhantes.

Em se tratando de um estado multiaxial de tensões, deve-se tomar duas hipóteses

simplificadoras: (1) a de que as trincas ocorrem de modo transcristalino nas bandas

de escorregamento persistentes e (2) que o material é homogêneo e isotrópico. Assim,

torna-se posśıvel afirmar que, de um ponto de vista estat́ıstico, cada plano material

(φ, θ) possui a mesma quantidade de grãos, os quais possuem um plano estatisticamente

mais frágil coincidente com o plano cŕıtico global (φ∗, θ∗). Com isto, e devido ao regime

macroscópico puramente elástico, sugere-se que o processo de iniciação das trincas de

fadiga é governado pela maior amplitude da tensão cisalhante τa que ocorre em um

plano material para um estado de tensão. Este plano é denominado plano cŕıtico

(φ∗, θ∗).

Susmel e Lazzarin (2002) observam ainda que no plano cŕıtico (φ∗, θ∗) a tensão

normal σn,max considera os efeitos de tensões médias na resistência à fadiga e que a

relação σn,max

τa
representa um relação de dependência com as diferenças de fase entre

as solicitações. Desta forma, Susmel e Lazzarin propõem em seu modelo que a falha

ocorrerá quando:

τa (φ∗, θ∗) + m1
σn,max

τa

(φ∗, θ∗)− λ = 0, , (3.17)

onde: λ e m1 são relações materiais. Para avaliar os parâmetros m1 e λ consideram-se

os limites de fadiga para flexão alternada f−1 e para flexão repetida f0.

m1 =
f−1 − f0

2
, (3.18)

λ = f−1 −
f0

2
. (3.19)

Os parâmetros τa(φ, θ) e σn,max(φ, θ) são calculados plano a plano. Desta forma,

seja um plano material ∆ qualquer descrito pelos ângulos (φ, θ), Fig 3.6.
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Figura 3.6: Plano material ∆.

O vetor normal unitário em coordenadas esféricas n̂ é dado por:

n̂ =

 nx

ny

nz

 =

 sin(θ) cos(φ)

sin(θ) sin(φ)

cos(θ)

 . (3.20)

Assim o vetor tensão de Cauchy T neste plano é:

T(t, φ, θ) = σ(t)n̂, (3.21)

onde σ é o tensor tensão de Cauchy em um instante t. A tensão normal a este plano

é obtida pelo produto interno de T(t) por n̂:

σn(t, φ, θ) = (T(t, φ, θ), n̂). (3.22)

Logo, a tensão cisalhante é:

τ (t, θ, φ) = T(t, θ, φ)− σnn̂. (3.23)

O parâmetro τa(φ, θ) na equação 3.17 é calculado pelo método da hiperesfera (Dang

Van, 1989), o qual consiste na definição da menor esfera que circunscreve a história da

componente cisalhante do vetor tensão no plano ∆.

O Critério proposto por Susmel e Lazzarin (2002) considera que o plano mais so-

licitado é aquele em que τa(φ, θ) atinge seu valor máximo. Logo:

τa(φ
∗, θ∗) = max

φ,θ
(τa(φ, θ)). (3.24)

No plano cŕıtico (φ∗, θ∗), determina-se σn,max(φ
∗, θ∗) e a relação:

ρ =
σn,max

τa

(φ∗, θ∗). (3.25)

Para avaliar os modelos, foi convencionado um ı́ndice de resistência em fadiga que

mede o quanto a situação de carregamento imposta nos testes está distante da condição
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de falha (limite de fadiga) que é calibrada pelos parâmetros m1 e λ. Assim, para se

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

define-se o ı́ndice SU :

SU =
τa(φ

∗, θ∗) + m1
σn,max

τa(φ∗,θ∗)
− λ

λ
. (3.26)

Desta forma, para testes no limiar da falha uma estimativa que forneça SU < 0, o

modelo indica vida infinita para o componente; se SU = 0, o estado de tensão indicaria

uma condição equivalente ao limite de fadiga, isto é, o limite entre vida infinita e vida

finita; e se SU > 0 o modelo indica falha do componente (iniciação de trinca), conforme

explicitado abaixo:

SU =


< 0 não falha

= 0 limite

> 0 falha

(3.27)

3.3 Mecânica da Fratura

Fratura devido a cargas ćıclicas é conhecida como fadiga, e essa é reconhecidamente

a maior causa de falha de componentes mecânicos. É conveniente dividir o fenômeno

de fratura por fadiga em três etapas: (i) iniciação de trincas; (ii) propagação da trinca,

onde se avaliaria a trinca até um tamanho cŕıtico suportado pelo componente; e (iii)

a ruptura ou falha catastrófica da estrutura. A mecânica da fratura é a ciência que

estuda as etapas (ii) e (iii) deste fenômeno.

3.3.1 Tensão na Ponta da Trinca

Uma trinca em um sólido pode se propagar em diferentes modos, como ilustrado

na figura 3.7. Os modos I, II e III são denominados de ”modo de abertura”,”modo

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

Figura 3.7: Modos de propagação de trinca.
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Considere uma trinca de comprimento 2b em um plano infinito sujeita a uma tensão

σ no modo I. Um elemento dxdy do plano a uma distância r da ponta da trinca e a

um ângulo θ em relação ao plano da trinca (Figura 3.8), experimenta tensões normais

σxx e σyy e uma tensão cisalhante τxy. De acordo com a teoria da elasticidade pode se

mostrar que estas tensões são dadas pelas relações:

σxx =
σ
√

πb√
2πr

cos
θ

2

(
1− sin

θ

2
sin

3θ

2

)
+ · · · ,

σyy =
σ
√

πb√
2πr

cos
θ

2

(
1 + sin

θ

2
sin

3θ

2

)
+ · · · , (3.28)

τxy =
σ
√

πb√
2πr

sin
θ

2
cos

θ

2
cos

3θ

2
+ · · · .

Figura 3.8: Trinca em um plano infinito sujeita a uma tensão normal.

As equações 3.28 são os primeiros termos de uma expansão de séries, somente

válidas para r � b. Elas mostram que σ →∞ quando r → 0 (ponta da trinca) e que

as mesmas são produto da posição geométrica (1/
√

2πr)f(θ) e um fator de correção

σ
√

πb que é chamado de fator intensidade de tensão do modo I, KI . O fator intensidade

de tensão determina a magnitude das tensões elásticas nas proximidades da ponta de

trinca. K foi obtido considerando (i) apenas o 1o termo de uma expansão em série (para

os termos subseqüentes, a tensão é proporcional a potências de r) e (ii) uma análise

linear e elástica. Portanto, a aplicabilidade de K está restrita a regiões próximas da

ponta da trinca, onde r � b e a condições de escoamento de pequena escala, ou seja, a

região plastificada na frente da trinca deve ser muito menor que a região de dominância

de K.
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Figura 3.9: Zonas plástica e de dominância de K na ponta de uma trinca.

3.3.2 Propagação da Trinca

O fator intensidade de tensão (K) é uma medida da tensão e da deformação

nas proximidades da ponta da trinca. Portanto, é também esperado que a taxa de

propagação da trinca esteja relacionada, de alguma maneira, ao K.

db

dN
= f(∆K), (3.29)

onde db/dN é a taxa de crescimento, N é o número de ciclos de fadiga e ∆K é a

faixa de variação do fator intensidade de tensão que ocorre na ponta da trinca. Se

os resultados de um grande número de testes forem dispostos em um diagrama com

escalas logaŕıtmicas de db/dN contra ∆K obtém-se gráficos do tipo mostrado na figura

3.10. No ponto onde a curva toca o eixo ∆K obtemos um valor que é caracteŕıstico do

material, o qual é denominado de fator de intensidade de tensão limiar, ∆Kth. Para

valores de ∆K igual ou inferiores a ∆Kth a taxa de crescimento da trinca é considerada

nula. No estágio 1 de crescimento, há um forte aumento de taxa de propagação da

trinca com ∆K. O estágio 2, parte linear do gráfico, pode ser descrito pela Lei de Paris

(Paris, 1961).

db

dN
= B(∆K)m, (3.30)

onde B e m são constantes do material. Finalmente, no estágio 3 a zona plástica na

ponta da trinca começa a dominar o seu comportamento e o componente falha.

3.3.3 Trincas Curtas

A caracterização do crescimento de trincas de fadiga sob as bases da Mecânica da

Fratura Linear Elástica apóia-se em testes experimentais de fadiga em corpos de prova

contendo trincas “longas” (tipicamente de dezenas de miĺımetros de comprimento).

Há, entretanto, um grande número de componentes sob condições cŕıticas de fadiga tal
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Figura 3.10: Taxa de crescimento em função de ∆K.

como pás e discos de turbinas cujo projeto requer um entendimento das caracteŕısticas

de propagação de trincas de dimensões 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 tensão. Mas ainda, observa-se que pequenas trincas crescem a

taxas consideráveis quando o ∆K nominal é menor que o fator intensidade de tensão

limiar ∆Kth obtido para trincas longas.

A primeira observação relatada de crescimento acelerado de trincas curtas de fadiga

é atribúıda a Pearson (1975), que examinou os efeitos do tamanho da trinca nas taxa

de propagação em uma liga de alumı́nio endurecida. Ele achou que trincas curtas

superficiais , 0,006 até 0,5mm de profundidade , cresciam 100 vezes mais rápido que

trincas mais longas, com dezenas de miĺımetros de tamanho, quando submetidas ao

mesmo ∆K nominal. Esta investigação indicou também a possibilidade do avanço de

trincas curtas submetidas a faixas de tensão nominal abaixo do limiar para trincas

longas. Estudos posteriores (Lankford, 1882 e 1986, Miller et al., 1986, e Kitagawa

e Tanaka, 1990) considerando diferentes materiais têm mostrado várias acelerações e

desacelerações transitórias associadas com o crescimento subcŕıtico de trincas curtas

de fadiga. Smith et al. (1996) estudou o comportamento de trincas curtas em uma

super liga de ńıquel conhecida como Waspaloy a qual é usada para fabricação de pás

de turbinas e compressores em motores de aeronaves. Acelerações e retardos na taxa

de crescimento da trinca são observados com o crescimento do seu comprimento até

que esta se torne uma trinca longa, cujo comportamento é caracterizado pela Mecânica

da Fratura Linear Elástica. Tem-se relatado que o retardamento da trinca ocorre

quando a sua ponta alcança algum tipo de barreira microestrutural, como por exemplo

o contorno de grão. Na verdade, na interação da ponta da trinca com o contorno de

grão pode ter as seguintes conseqüências:

i) Um retardo na taxa de crescimento da trinca ocorre até que a zona plástica atinja
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um tamanho considerável dentro do grão vizinho;

ii) O crescimento da trinca pode ser interrompido se as bandas de escorregamento

na ponta da trinca forem bloqueadas pelo contorno de grão;

iii) Uma mudança na força motriz na ponta da trinca provocado pela deflexão da

trinca associada com a reorientação cristalográfica da ponta da trinca a medida que

ela atravessa o contorno de grão.

Transição 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 cŕıtico ou

intŕınseco b0 abaixo do qual ∆Kth decresce com o decrescimento do tamanho da trinca.

Para b < b0, observou-se (figura 3.11) que a condição limiar é caracterizada por uma

faixa de tensão cŕıtica ∆Kth, a qual se aproxima do limite de fadiga para corpos lisos

σfl. Para b > b0 , também observou-se que ∆Kth é independente do tamanho da

trinca. Este valor de ∆K será denominado, deste ponto em diante, de faixa de fator

intensidade de tensão limiar para trincas longas ou ∆K0.

Figura 3.11: O efeito do tamanho da trinca na (a) tensão limiar e no (b) fator intensi-

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

Dessa maneira El Haddad et al.(1979) propuseram a seguinte expressão para o fator

intensidade de tensão de uma trinca de comprimento efetivo (b + b0).
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∆K = ∆σ
√

π(b + b0), (3.31)

onde ∆σ é a faixa de tensão aplicada, e b0 é o tamanho intŕınseco da trinca, uma

constante para um dado material. A equação 3.31 é uma simples formulação emṕırica,

sem interpretação f́ısica, que prediz maiores valores de ∆K para trincas curtas. A

tensão limiar para trincas curtas irá se aproximar do limite de fadiga do material ∆σfl

obtido a partir de espécimes lisos. Note que, da equação 3.31 o fator intensidade de

tensão limiar pode ser obtido como:

∆K0 = ∆σfl

√
πb0. (3.32)

Colocando-se b0 em evidência temos,

b0 =
1

π

(∆K0

∆σfl

)2

, (3.33)

em uma trinca de um tamanho efetivo (b + b0), a tensão limiar é obtida da equação

3.31 como:

∆σth =
∆K0√

π(b + b0)
. (3.34)

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

∆σth

∆σfl

=

√
b0

(b + b0)
. (3.35)

Como mencionado, algumas observações experimentais tem revelado que para val-

ores inferiores a b0 o valor da faixa do fator intensidade de tensão limiar decresce com

a diminuição do comprimento da trinca, portanto uma expressão que descreve esse

comportamento visto em tal região pode ser desenvolvido com segue:

∆Kth(b) = ∆σth

√
πb, (3.36)

ou normalizando com relação a ∆K0 (equação 3.32)

∆Kth(b)

∆K0

=
∆σth

∆σfl

√
b

b0

. (3.37)

Substituindo a equação 3.35 em 3.37 obtemos
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∆Kth(b)

∆K0

=

√
b

(b + b0)
, (3.38)

ou, considerando a observação anterior de Kitagawa e Takahashi (1976), a equação

3.37 pode ser escrita em uma forma simplificada dependente do tamanho de trinca, b,

como:

(i) Para b > b0

∆Kth

∆K0

= 1 e
σth

σfl

=

√
b

(b + b0)
; (3.39)

(ii) Para b < b0

∆σth

∆σfl

= 1 e
∆Kth

∆K0

=

√
b

b0

. (3.40)

3.4 Método da Distância Cŕıtica

A falha por fadiga em componentes de engenharia geralmente ocorre em regiões

contendo irregularidades geométricas que causam: (1) concentração de tensão local,

(2) um gradiente de tensão e (3) um estado triaxial de tensões. Sabe-se que o compor-

tamento à fadiga de um entalhe ou outro concentrador de tensões não é definido apenas

pela máxima tensão local, mas depende também de outros fatores determinados pela

geometria do entalhe e pela distribuição local de tensão.

Dessa maneira, vários métodos têm sido propostos na tentativa de quantificar os

efeitos da geometria do entalhe ou do gradiente de tensão na resistência à fadiga (Neu-

ber, 1958 e Peterson, 1959). Esses métodos baseiam-se na idéia da ”distância cŕıtica”ou

”zona de processo”e propõe que, para que a falha por fadiga ocorra, o ńıvel de tensão

deve ser alto o suficiente não somente no ponto de máxima tensão, mas também por

uma distância em torno desse ponto. A maioria das teorias assume que um parâmetro

importante é a média da tensão sobre um volume cŕıtico, alternativamente tem-se

considerado apenas a tensão em um único ponto a uma dada distância do ponto de

tensão máxima (Método do Ponto) ou a tensão média sobre uma linha de tamanho

determinado (Método da Linha).

Estudos recentes (Araújo et al., 2004 e Vallelano et al., 2003) mostram que a

estimativa da vida à fadiga sob condições de fretting pode ser conduzida levando

em consideração apenas a concentração de tensão provocada pelo contato mecânico

e desprezando-se a pequena perda de material associada ao movimento relativo nas
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zonas de escorregamento. Isso sugere que a condição limiar para a iniciação de trinca

por fretting pode ser estimada usando metodologias similares àquelas empregadas em

componentes entalhados (Susmel e Taylor, 2003). De acordo com essa idéia, procurou-

se usar os critérios de Dang Van e de Wöhler Modificado associados ao Método da

Distância Cŕıtica de Taylor.

Esta metodologia baseia-se na suposição que todos os processos f́ısicos que levam a

iniciação de trinca são confinados dentro de um volume de controle. O tamanho desse

volume é assumido ser independente da concentração de tensão e da multiaxialidade do

campo de tensão na zona de processo de fadiga. (Susmel e Taylor, 2003). Para definir

o tamanho deste volume considere o diagrama de Kitagawa e Takahashi (1976) na

figura 3.12. Esses pesquisadores (Kitagawa e Takahashi, 1976 e Tanaka, 1981) notaram

que muitos materiais apresentam um limiar de trinca longa ∆Kth que é independente

do comprimento da trinca. Ainda, para trincas curtas, observa-se que elas podem

se propagar para valores de ∆K < ∆Kth desde que a tensão seja alta o suficiente.

Especificamente, isto acontece quando a faixa de tensão experimentada pela trinca

for maior que o limite de fadiga para o material, ∆σfl. O tamanho da trinca, b0, na

transição entre os dois regimes pode ser encontrado pelo equacionamento das duas

condições (isto é, ∆Kth e ∆σfl) mostrado na equação 3.41, sendo este o valor da

distância cŕıtica previamente definido por El Haddad (1979).

b0 =
1

π

(
∆K0

∆σfl

)
2, (3.41)

onde ∆K0 e ∆σfl são o valor limite do fator intensidade de tensão e o limite de fadiga

do material, respectivamente.

Figura 3.12: Esquema do diagrama de Kitagawa e Takahashi.

Na prática, é pouco provável que exista uma transição brusca entre o comporta-

mento de trinca curta e longa, mas dados experimentais (Kitagawa e Takahashi, 1976

e Tanaka, 1981) mostram que a aproximação é razoavelmente aceitável e torna o prob-

lema mais simples de se analisar.
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Para formalizar o Teoria da Distância Cŕıtica em termos do método do ponto,

considere um componente entalhado sujeito a um carregamento uniaxial remoto de

fadiga (Figura 3.13a). O componente entalhado está na condição limite de fadiga se

a faixa da tensão principal máxima a uma distância da ponta do entalhe igual a b0/2

for igual ao limite de fadiga do material, ∆σfl. Como mostrado pela figura 3.13b,

de acordo com o método do ponto, o ponto, no qual a tensão de referência deve ser

calculada exatamente, corresponde ao centro do volume de controle.

Figura 3.13: (a) Componente entalhado sujeito a um carregamento remoto de fadiga

uniaxial; (b) Curva Tensão-Distância e Método do Ponto.

Para se aplicar o procedimento proposto neste trabalho, é inicialmente necessário

determinar o raio do volume estrutural. Esta dimensão é sempre calculada usando-

se propriedades de fadiga (isto é, ∆Kth e ∆σfl) determinadas sob uma relação da

carga, R = −1. É importante recordar aqui que em juntas reais alguma plasticidade

localizada pode ser provocada pelo fenômeno da concentração de tensão presente na

interface do contato. Por esta razão, uma análise rigorosa para determinar o campo

de tensão na vizinhança da região do contato deve considerar um modelo constitutivo

apropriado, capaz de contabilizar a redistribuição da tensão. Infelizmente, estes tipos

de análises são complexas e demoradas, de modo que, frequentemente, não são com-

pat́ıveis com as necessidades industriais. Uma das caracteŕısticas mais importantes da

Teoria da Distância Cŕıtica é que o fenômeno da concentração de tensão em fadiga

pode ser avaliado apenas pela análise linear-elástica (Taylor, 1999), reduzindo o tempo

e os custos do projeto. Conseqüentemente, e tirando vantagem desta peculiaridade da

Teoria da Distância Cŕıtica, o uso do método proposto é baseado em soluções lineares

e elásticas. Quando o tensor tensão é definido inteiramente durante o ciclo da carga no

centro do volume estrutural (y = b0/2) pela simulação numérica, pode-se determinar

as tensões que caracterizam os critérios multiaxiais.
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3.4.1 Método da Distância Cŕıtica Associados a Modelos de

Fadiga Multiaxial

Os critérios de fadiga multiaxial prevêem que a vida ou a resistência de componentes

mecânicos é uma função do estado de tensão (ou deformação) em um ponto mais

severamente solicitado e não levam em consideração os efeitos de diferentes gradientes

de tensão sobre a vida à fadiga. Na primeira metade do século XX, Moore (1945)

mostrou que o limite de fadiga à flexão de corpos-de-prova ciĺındricos aumentava com

a redução do raio do cilindro (ou equivalentemente, com um aumento do gradiente de

tensão). Em 1980, Brand e Sutterlin propuseram uma abordagem emṕırica para tentar

incorporar o efeito do gradiente de tensão em modelos uniaxiais.

Flavenot e Skalli (1989) propuseram o conceito de camada ou profundidade cŕıtica,

como uma forma de incorporar quantitativamente os efeitos do gradiente de tensão ao

critério multiaxial de Dang-Van (1989). Segundo este conceito, a média das tensões (ou

deformações) produzidas sobre um volume ou camada de material deveria ser utilizada

na tentativa de se prever a resistência à fadiga e não o estado de tensão em um único

ponto. Tal camada cŕıtica seria uma caracteŕıstica intŕınseca do material. Araújo e

Nowell (2002) usaram um conceito similar para o cálculo da vida à fadiga considerando

os critérios de plano cŕıtico de Smith-Watson-Topper e Fatemi-Socie.

Recentemente, Papadopoulos e Panoskaltsis (1996) desenvolveram uma nova versão

para o critério de Crossland que incorpora os efeitos do gradiente de tensão. Este mod-

elo foi desenvolvido a partir de evidências experimentais que mostravam que apesar do

limite de fadiga ser fortemente dependente do gradiente da tensão normal em testes

de flexão, o mesmo permanecia insenśıvel a variações no gradiente da tensão de cisal-

hamento em testes de torção. Outras formas de se incorporar o efeito do gradiente de

tensão a critérios de fadiga multiaxial têm sido apresentadas no contexto dos critérios

volumétricos (Qilafku, 2000). Nesta abordagem, considera-se que o campo de tensão

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

pressão hidrostática. Tensões efetivas para cada um destes campos de tensão podem

então ser calculadas para o volume cŕıtico e um critério de fadiga desenvolvido a partir

destas tensões.

Basicamente, todos os métodos que consideram o gradiente de tensão têm como

idéia base à “distância cŕıtica” ou “zona de processo”. É proposto que para que a falha

por fadiga ocorra, o ńıvel de tensão deve ser alto o suficiente não somente no ponto

de máxima tensão, mas também ao longo de uma distância em torno desse ponto.

A maioria das teorias assume que um parâmetro importante é a média da tensão

sobre um volume cŕıtico, mas por conveniências de cálculo isto tem sido simplificado

considerando apenas a tensão em um único ponto (a uma dada distância do ponto de
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tensão máxima) ou a tensão média sobre uma linha de tamanho determinado. Tanaka

(1983) e Taylor (1999) consideraram a hipótese de que estas mesmas distâncias podem

ser apropriadas na análise de entalhes.

Sob condições de fretting, um componente está sujeito a tensões severas na superf́ıcie

que podem decair rapidamente à medida que se afasta da região do contato. Posśıveis

trincas terão ińıcio nas regiões de alta tensão, mas crescerão na direção de baixas

tensões. O conceito de Camada ou Profundidade Cŕıtica baseia-se na idéia de que

a média das tensões elásticas em um volume de material pode considerar efeito do

gradiente de tensão a que este material está submetido. Este volume caracteŕıstico

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.

Estudos recentes (Araújo e Susmel, 2006) mostram que o problema em estimar

a vida à fadiga sob condições de fretting pode ser direcionado levando em consid-

eração a presença do fenômeno de concentração de tensão dependendo da geometria

das superf́ıcies de contato. Precisamente, o comportamento da trinca no material sob

condições de fadiga por fretting pode ser assumido como similar ao que ocorre num

componente com entalhe sob fadiga “convencional”: iniciação e propagação inicial da

trinca depende da distribuição de todo campo de tensão danificando a zona de processo

de fadiga.

A aplicação da metodologia proposta para um componente sob as condições de

fretting mostra claramente a analogia entre o problema de entalhe e o problema de

fretting. A metodologia utilizada neste trabalho baseia-se idéia que o dano por fadiga

de alto ciclo em metais depende não apenas do campo de tensão, mas de seu gradiente.

Esses independem das causas em que são originados: o modelo de Dang Van e de

Wöhler modificado consideram a multiaxialidade do campo de tensão e o Método da

Distância cŕıtica considera o efeito do gradiente de tensão. Vale a pena notar que, no

geral, as aproximações anaĺıticas, geralmente, não são adequadas para determinar o

estado de tensão no centro do volume estrutural para os componentes mecânicos reais.

Por esta razão, para problemas práticos prefere-se determinar tais estados de tensão

por método de elementos finitos.
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Caṕıtulo 4

Modelagem Numérica

Como mencionado anteriormente, a configuração adotada neste trabalho para o

estudo do campo de tensões em um problema de fadiga sob condições de fretting foi

a do contato entre cilindros. Para a simulação numérica deste problema é necessário

definir as caracteŕısticas geométricas e as condições de contorno do problema. Neste

sentido, decidiu-se adotar os testes de fadiga por fretting produzidos por Nowell (1988)

para a liga Al4Cu e por Araújo (2000) para a liga Ti6Al4V visando definir estes

parâmetros.

A seguir, serão apresentados o detalhamento destes testes e a definição do modelo

numérico. Uma análise de convergência da malha também é conduzida neste caṕıtulo.

4.1 Condições Experimentais

Os testes de fretting considerados (Nowell, 1988, e Araújo, 2000) foram realizados

usando duas sapatas ciĺındricas, que foram carregadas contra um corpo de prova plano.

O ensaios conduzidos por Nowell para a liga Al4Cu (HE15-TF) foram realizados em

uma máquina servo hidráulica de ensaio de fadiga com um atuador. Um diagrama do

aparato de fretting é mostrado na figura 4.1. O corpo de prova é fixado entre as garras

hidráulicas fixa e móvel. As sapatas ciĺındricas em um suporte são pressionadas contra

o corpo de prova por uma carga normal estática gerada por uma mola. Enquanto o

corpo de prova se estende, de acordo com sua deformação, sob a ação de uma carga

remota oscilatória, o ponto de contato é deslocado e as vigas flex́ıveis aplicam uma

força tangencial ao corpo de prova através das sapatas. Um esquema da configuração de

contato de Nowell é mostrado na figura 4.2(a), onde R é o raio da sapata ciĺındrica, P é

a carga normal por unidade de comprimento, σB é a tensão remota de fadiga e Q denota

a carga tangencial por unidade de comprimento induzida pela mola. Os carregamentos

são aplicados como descrito na figura 4.2(b), isto é, P é uma carga estática e Q e σB

são funções senoidais do tempo e terão a mesma frequência e fase. A tensão induzida

pela carga remota de fadiga pode ser apresentada na forma σB = σmax
B sen(ωt), onde
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σmax
B é a amplitude, ω é a frequência de aplicação e t é o tempo. A carga tangencial é

dada na forma Q = Qmaxsen(ωt), onde Qmax é a amplitude.

Figura 4.1: Aparato de ensaio para fadiga por fretting considerado por Nowell.

Figura 4.2: Esquema da configuração experimental de Nowell e carregamentos aplica-

dos.

Para conduzir os testes feito por Araújo (2000) para a liga de Ti6Al4V , utiliza-se

um dispositivo de fretting com dois atuadores. Um esquema da configuração do aparato

é apresentado na figura 4.3. O corpo de prova é fixado entre as garras fixa (A) e móvel

(B). A garra móvel B é montada a uma célula de carga e a um atuador hidráulico capaz

de aplicar cargas de até 250kN. Este atuador é usado para aplicar a carga oscilatória
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da fadiga ao corpo de prova. As duas sapatas ciĺındricas são pressionadas contra o

corpo de prova por um cilindro hidráulico C.

Para manter esta carga normal constante durante o teste, um acumulador é conec-

tado à linha hidráulica. Note que esta carga pode ser medida usando a pressão no

óleo hidráulico. A carga tangencial é aplicada usando um segundo atuador D, que é

montado em um suporte E. Este suposte carrega as sapatas ciĺındricas. A célula de

carga conectada ao atuador D mede esta força.

Figura 4.3: Diagrama esquemático do dispositivo de fadiga por fretting.

Um esquema da configuração de contato de Araújo é mostrado na figura 4.4(a),

onde R é o raio da sapata ciĺındrica, P é a carga normal por unidade de comprimento,

σB é a tensão remota de fadiga e Q a carga tangential por unidade de comprimento.

Os carregamentos são aplicados como descrito na figura 4.4(b), isto é, P é uma carga

estática, Q = Qmaxsen(ωt) e a tensão induzida pela carga remota de fadiga pode ser

apresentada na forma σB = σm
B + σmax

B sen(ωt), onde σm
B é a tensão média.

Figura 4.4: Esquema da configuração experimental para fadiga por fretting de Araújo

e os carregamentos aplicados.
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Nestes testes, definiram-se os seguintes parâmetros determinantes de um problema

de fretting (O’Connor et al., 1986): p0, σmax
B , Qmax/P e f como mostra a tabela 4.1.

Esses foram mantidos constantes enquanto o raio da sapata varia. Aqui os subscritos

max e min denotam máximo e mı́nimo valor ao longo do tempo. A importância de

variar R mantendo p0 constante é produzir dados onde todos os corpos de prova são

submetidos à mesma tensão superficial embora experimentem decaimentos de tensão

diferentes ao longo da profundidade. Os experimentos de fadiga por fretting foram

todos conduzidos em regime de deslizamento parcial.

Tabela 4.1: Série experimental do trabalho de Nowell (1988) e Araújo (2000).

Material p0 (MPa) σmax
B (MPa) Qmax/P f

Al4Cu 143 92,7 0,24 0,75

Ti6Al4V 650 280 0,16 0,55

Para as séries aqui estudadas, conduziu-se sete diferentes testes para o Al4Cu e

cinco para o Ti6Al4V , onde modificou-se, de um para o outro, a medida do raio da

sapata ciĺındrica. Nas tabelas 4.2 e 4.3, são apresentados o tamanho do contato e

a vida relacionado a cada um dos raios testados, para as ligas Al4Cu e Ti6Al4V

respectivamente.

Tabela 4.2: Tamanhos de contato e vida para cada raio de sapata de Al4Cu.

Raio da sapata a Vida

R (mm) (mm) (106 ciclos)

12,5 0,09 10

25 0,18 10

50 0,36 10

75 0,54 10

100 0,72 5,06

125 0,90 1,22

150 1,08 1,28
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Tabela 4.3: Tamanhos de contato e vida para cada raio de sapata de Ti6Al4V .

Raio da sapata a Vida

R (mm) (mm) (105 ciclos)

12,5 0,25 >14

37,5 0,76 5,21

50 1,01 3,74

60 1,22 1,96

70 1,42 1,73

Existe um valor cŕıtico para o tamanho do contato que, abaixo do qual, os corpos de

prova apresentam vida infinita nas condições do ensaio. As faixas de tamanhos cŕıticos

para estes testes são acrit = 0, 54 − 0, 72mm para o Al4Cu e acrit = 0, 25 − 0, 76mm

para o Ti6Al4V .

O esquema da geometria e as dimensões relevantes do corpo de prova utilizado são

mostradas na figura 4.5.

Figura 4.5: Esquema da geometria e as dimensões relevantes do corpo de prova.

As dimensões L, d e w apresentadas na figura 4.5 são diferentes para cada liga.

Para os testes da liga Al4Cu tem-se L = 14mm, d = 6, 25mm e w = 160mm e para os

da liga Ti6Al4V tem-se L = 10mm, d = 5, 5mm e w = 34mm.

O material das sapatas ciĺındricas e do corpo de prova ensaiados é o mesmo. As

propriedades mecânicas e de fadiga da liga Al4Cu são: o módulo de Young E =

74GPa, o limite de escoamento σy = 465MPa, o limite de resistência σu = 500MPa,

o coeficiente de resistência a fadiga σ′
f = 1015MPa, o limite de fadiga sob flexão

alternada f−1 = 124MPa e o coeficiente de Poisson µ = 0, 32. Essa liga de alumı́nio

possui o valor de sua distância cŕıtica b0 tabelado de valor igual a 0.1mm (Susmel et

al., 2004). As propriedades mecânicas e de fadiga da liga Ti6Al4V são: o módulo de

Young E = 115GPa, o limite de escoamento σy = 974MPa, o coeficiente de resistência
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a fadiga σ′
f = 650MPa, o limite de fadiga sob flexão alternada f−1 = 325MPa, o limite

de fadiga sob flexão repetida f0 = 298MPa e o coeficiente de Poisson µ = 0, 32. Essa

liga possui o valor de sua distância cŕıtica b0 igual a 15.3µm.

4.2 Modelo para o Problema

A geometria adotada nos experimentos é Hertziana, mas para os carregamentos

aplicados nos testes não há solução anaĺıtica dispońıvel do campo de tensão elástico.

Portanto, o código de elementos finito ef++, desenvolvido pelo Grupo de Pesquisa de

Mecânica dos Materiais da Universidade de Braśılia, foi utilizado para a simulação

dos testes. Como interface gráfica esse código usa a plataforma GiD (Ribó, 2000)

que conduz o pré e o pós-processamento. Um elemento de contato foi recentemente

implementado (Bernardo, 2003) no código de elementos finitos, o qual permite o cálculo

do campo de tensão sob condições de fretting.

A configuração experimental está esquematizada na figura 4.4, mas pela simetria

da configuração utilizada, pode-se adotar um modelo bidimensional simplificado, fa-

cilitando a análise por elementos finitos. Esse modelo adotado é apresentado esque-

maticamente na figura 4.6 e mostra todas as condições de contorno que envolvem o

problema na configuração experimental.

É importante ressaltar que o sistema de coordenadas xy, que será adotado em todo

este trabalho, é definido na figura 4.6.

Figura 4.6: Modelo simplificado da configuração experimental.

Os parâmetros utilizados para definir um ensaio estão dispostos na tabela 5.1.

Entretanto, os carregamentos P e Q, variáveis do modelo definido, devem ser determi-

nados para cada caso. A aplicação e variação dos carregamentos P (t), Q(t) e σB(t) e a

geometria utilizada no modelo são definidas como descrito anteriormente na seção 5.1.

4.3 Modelo em Elementos Finitos

Na configuração experimental e no modelo de elementos finitos, tem que se montar

uma configuração de tal forma que evite o rolamento da superf́ıcie ciĺındrica da sapata

sobre a superf́ıcie plana do corpo de prova. Portanto, o modelo em elementos finitos
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é feito em três domı́nios (Bernardo, 2004): S1, que representa o corpo de prova, tem

suas dimensões e condições de contorno definidas nas figuras 4.5 e 4.6 e é onde a tensão

remota é aplicada na linha L1; S2, que representa a sapata cilindrica, na qual é aplicada

a carga normal P (distribúıda nos pontos P1, P2, P3) e a carga tangencial Q(t) (no

ponto P5); e S3, que é adicionado para se evitar o rolamento da sapata ciĺındrica sobre o

corpo de prova. Além disso, considerando o sistema coordenado da figura 4.6, no ponto

P4 aplica-se apenas uma restrição na direção y, permitindo-o deslocar-se livremente na

direção x.

Figura 4.7: Esquema do modelo de elementos finitos.

4.4 Malha de Elementos Finitos

O elemento finito escolhido para a discretização da sapata e do corpo de prova foi

o elemento triangular de três nós de elasticidade linear baseado no campo de desloca-

mento (Kardestuncer e Norrie, 1987). Além disso, adotou-se, para esse modelamento

bidimensional, a hipótese de estado plano de deformação.

Para a malha de elementos de contato, utilizou-se o elemento de barra de dois

nós pelo qual as condições de contato unilateral (Belytschko, Kam e Moran, 2000)

foram recentemente implementadas e validadas no código de elementos finitos ef ++

(Bernardo, 2003).

A malha constrúıda para o corpo de prova e para a sapata ciĺındrica, pode ser

visualizada na figura 4.8. A malha na região de contato pode ser visualizada, com

maior detalhamento, na figura 4.9.

Figura 4.8: Malha de elementos finitos da sapata e do corpo de prova.
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Figura 4.9: Detalhe da malha na região de contato.

Na região do corpo de prova próxima a superf́ıcie pasśıvel de entrar em contato,

utiliza-se uma malha estruturada de elementos triangulares. Os parâmetros de controle

da malha estruturada na região do contato foram: o comprimento da área da malha

de contato, lc; o comprimento do elemento, le; e a altura do elemento, he. Este recurso

é adotado para maior controle de refinamento.

Para a discretização da região de contato em elementos finitos adotou-se como

condição a razão lc/2a = 1.05, visto que a razão deve ser maior que a unidade para

cobrir toda a extensão da superf́ıcie de contato, 2a, já conhecida.

Para conduzir uma análise de convergência da malha adotou-se uma malha estrutu-

rada inicial com baixo refinamento, mantendo-se a relação le/he = 1, que é a situação

mais estável para o elemento triangular. A esta malha deu-se o nome de malha 1. A

partir dessa situação, adotou-se a seguinte metodologia para o refinamento da malha:

reduziu-se o tamanho do elemento estruturado em 50%, ou seja, reduziu-se le e he pela

metade, mantendo a razão le/he = 1. Este processo, foi conduzido duas vezes, dando

origem as malhas 2 e 3. A tabela 4.4 mostra os valores normalizados de le e he para

estas malhas.

Tabela 4.4: Malha obtidas pelo processo de refinamento.

Malha le/a (x10−2) he/a (x10−2)

1 13,16 13,16

2 6,58 6,58

3 3,29 3,29

4 6,58 1,17

5 5,26 1,17

A figura 4.10 mostra a distribuição da pressão e da tensão cisalhante superficial

para as malhas 1, 2 e 3, e suas soluções anaĺıticas. As malhas 1 e 2 apresentaram

resultados ainda distantes da solução anaĺıtica. Apesar da malha 2 ter apresentado
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maior aproximação. A malha 3 apresentou uma melhor descrição das tensões super-

ficiais, mas não conseguiu descrever os pontos onde as tensões são máximas (o pico

da distribuição da tensão), que é um ponto de solicitação importante. Seguindo esta

metodologia, um próximo refinamento da malha produziria uma grande quantidade de

elementos de contato, tornando o processo custoso em relação ao tempo e a capacidade

do programa gerando resultados instáveis.

Figura 4.10: Distribuição das tensões superficiais geradas pelas cargas de contato: (a)

normal e (b) tangencial, para as malhas 1, 2 e 3.

Então decidiu-se manter le constante enquanto reduziu-se he. Este método foi

aplicado à malha 3 e os resultados foram instáveis. Então, foi feito este refinamento

para a malha 2. A figura 4.11 mostra os resultados da pressão e da tensão cisalhante

superficial para as malhas 2 e 4, que foi obtida reduzindo-se he na malha 2 (ver Tabela

4.4). Pode-se notar uma clara melhora nos resultados de q(x). Entretanto, ainda não

conseguiu-se capturar a localização do ponto de máximo valor de q(x).

Figura 4.11: Distribuição das tensões superficiais geradas pelas cargas de contato: (a)

normal e (b) tangencial, para as malhas 2 e 4.
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Assim, para uma melhor descrição da localização do ponto de pico da tensão,

simulou-se uma malha com um refinamento de le enquanto he foi mantido, tendo,

assim, uma malha com le = 60µm e he = 13, 3µm, denominada malha 5 (Tabela 4.4).

A figura 4.12 mostra a distribuição da pressão e da tensão cisalhante superficial para

malhas 4 e 5 comparando-as com à anaĺıtica.

Figura 4.12: Distribuição das tensões superficiais geradas pelas cargas de contato: (a)

normal e (b) tangencial, para as malhas 4 e 5.

A figura 4.13 mostra, para as cinco malhas apresentadas, os gráfico de convergência

do tamanho da zona de adesão. Pela figura, observa-se que a malha 3 apresenta os

resultados de (c + e)/a e (c − e)/a mais próximos aos anaĺıticos. Portanto, pode-se

perceber que para se conseguir uma boa aproximação da localização da zona de adesão,

o refinamento da malha é mais senśıvel à variação de le. A malha 5, que apresentou

melhor descrição das tensões geradas pelas cargas de contato, também apresentou um

resultado da localização da zona de adesão próximo em comparação com as outras

malhas.

44



Figura 4.13: Convergência do tamanho da zona de adesão para malhas simuladas.

As figuras 4.10 a 4.12 mostram a melhora da descrição das tensões à medida que

se refina a malha, tanto com o refinamento de le como o de he. A malha 5 produziu os

melhores resultados para capturar as tensões de fretting, sendo adotada neste trabalho

para a calibração numérica e para gerar o campo de tensão dos dados experimentais

que não possuem solução anaĺıtica.
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Caṕıtulo 5

Resultados

Este caṕıtulo se encontra dividido em duas seções referentes a duas etapas distintas

deste trabalho. Primeiramente, será apresentado o mapeamento do campo de tensão

da configuração adotada para o problema com solução anaĺıtica e para os dados exper-

imentais sem solução anaĺıtica. Posteriormente, será abordado a estimativa do limite

de fadiga usando a metodologia proposta e comparando estes resultados com os dados

experimentais considerados. As duas etapas apresentam resultados para as ligas Al4Cu

e Ti6Al4V .

5.1 Mapeamento do Campo de Tensão para o Con-

tato Elástico entre Cilindros

A aplicação de metodologias para estimar a resistência a fagiga por fretting de

componentes mecânicos é geralmente baseada na determinação do campo de tensão

ćıclico na região do contato. Assim, é de grande importância mapear esse campo

de tensão. Neste sentido, para a configuração adotada apresenta-se primeiramente o

campo de tensões ao longo da superf́ıcie de contato. Logo após, apresenta-se a variação

das tensões ao longo da profundidade para o ponto de maior solicitação (hot spot).

Deve-se lembrar que a configuração em análise é a mesma que foi utilizada nos

testes de Nowell e Araújo, a qual foi descrita em detalhes no caṕıtulo 5.

A partir do conhecimento do comportamento das tensões para esta configuração

com solução fechada, modelou-se este mesmo problema no programa de elementos

finitos ef++ para avaliar a qualidade dos resultados obtidos e para obter maior con-

fiança no processo da modelagem numérica do contato. Finalizando, apresentam-se as

distribuições de tensão para os resultados experimentais de Nowell e Araújo que não

possuem solução anaĺıtica.
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5.1.1 Distribuição das Tensões ao Longo da Superf́ıcie de Con-

tato

Nesta seção, os resultados começam pela apresentação do campo de tensões super-

ficiais gerado pelas cargas de contato que possui uma solução fechada e compara-o ao

campo de tensões numérico obtido pelo programa ef++. Em seguida, apresenta-se o

comportamento das tensões para os dados experimentais de Nowell e Araújo adotados.

Distribuição de Tensões na Superf́ıcie do Contato via Elementos Finitos

para o Problema com Solução Anaĺıtica

As distribuições das componentes de tensões p(x), q(x) e σxx ao longo da superf́ıcie

de contato são apresentadas na figura 5.1. Resultados anaĺıticos e numéricos são

traçados um sobre o outro, possibilitando um clara avaliação da qualidade dos resul-

tados obtidos com o programa ef++. É importante lembrar que a malha 5 foi definida

para conduzir o estudo após uma análise de convergência apresentada na seção 5.4.

Na figura 5.1 são apresentadas as distribuições de tensões superficiais, p(x) (Figura

5.1(a)) e q(x) em Q = Qmax com σB/p0 = 0, 5904 (Figura 5.1(b)), normalizadas em

relação a p0. A componente de tensão σxx/p0 é apresentada para quatro instantes

da carga Q. Na figura 5.1(c), essa variação é descrita para Q = Qmax, enquanto a

figura 5.1(d) corresponde a valores de Q = −Qmax. Já as figuras 5.1(e)-(f) descrevem

a variação para o instante que Q = 0, no descarregamento e no recarregamento, re-

spectivamente.

A distribuição das tensões via método dos elementos finitos obtida pela malha 5, se

apresenta por pontos (’x’) e é comparada na figura 5.1 com a distribuição anaĺıtica. Os

resultados obtidos por elementos finitos conseguem descrever de maneira aproximada as

distribuições, mostrando que a ferramenta é apta para fazer análises para a configuração

de contato entre cilindro e semi-plano infinito.

47



Figura 5.1: Distribuição das componentes de tensão ao longo do contato em diferentes

instantes de variação da carga tangencial Q: (a) p(x)/p0 em Q = Qmax, (b) q(x)/p0 em

Q = Qmax e σxx/p0 em (c)Q = Qmax, (d) Q = −Qmax, (e) Q = 0, no descarregamento,

(f) Q = 0, no recarregamento.

Distribuição de Tensões na Superf́ıcie de Contato para os Dados Experi-

mentais de Nowell

As distribuições numéricas das componentes de tensões p(x), q(x) e σxx ao longo

da superf́ıcie de contato são apresentadas na figura 5.2.

Na figura 5.2 são apresentadas as distribuições de tensões superficiais, p(x) (Figura

5.2(a)) e q(x) (Figura 5.2(b)) em Q = Qmax com σB/p0 = 0, 648. A componente de

tensão σxx foi calculada em quatro instantes diferentes da carga Q (Figura 5.2(c)-(f)).

Na figura 5.2(c), essa variação é descrita para Q = Qmax, enquanto a figura 5.2(d)
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corresponde a valores de Q = −Qmax. Já as figuras 5.2(e)-(f) descrevem a variação

para o instante Q = 0, no descarregamento e no recarregamento, respectivamente.

Figura 5.2: Distribuição das componentes de tensão ao longo do contato em diferentes

instantes de variação da carga tangencial Q: (a) p(x)/p0 em Q = Qmax, (b) q(x)/fp0 em

Q = Qmax e σxx/p0 em (c)Q = Qmax, (d) Q = −Qmax, (e) Q = 0, no descarregamento,

(f) Q = 0, no recarregamento.

.
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Para essa situação obtém-se uma parábola com o máximo da distribuição da pressão

no centro do contato e zerando nas extremidades do contato (Figura 5.2(a)). A carga

cisalhante mostra o escorregamento reverso (Figura 5.2(b)). Mostra-se, claramente,

pelos gráficos que a componente de tensão xx atinge o valor máximo da tensão na

extremidade cŕıtica do contato (x/a = −1), no instante em que Q = Qmax (Figura

5.2(c)).

Para valores não modestos da carga remota, como nos dados experimentais de Now-

ell, constata-se pelos resultados obtidos o escorregamento reverso na distribuição das

tensões ao longo da superf́ıcie de contato para a configuração de contato entre cilindro

e semi-plano infinito. Isso acontence quando se viola a condição de deslocamento da

zona de adesão, onde e + c < a e e′ + c′ < a. Para carregamentos maiores que o limite

dessa condição verifica-se este escorregamento.

Distribuição de Tensões na Superf́ıcie de Contato para os Dados Experi-

mentais de Araújo

A figura 5.3 mostra a variação das componentes de tensão normalizadas p(x), q(x)

e σxx ao longo do contato para y/a = 0, Q = Qmax e σB = σmax
B . Destas distribuições

numéricas pode-se ver que (i) a pressão é Hertziana e atinge seu valor máximo no centro

da área de contato (Figura 5.3a), (ii) ocorre escorregamento reverso (Figura 5.3b) e

(iii) o ponto de máxima solicitação da componente de tensão xx é na extremidade

anterior do contato em x/a = −1, onde tem sido relatado a nucleação de trincas por

fretting (Nowell, 1988).
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Figura 5.3: Distribuição das componentes de tensão ao longo do contato em diferentes

instantes de variação da carga tangencial Q: (a) p(x)/p0 em Q = Qmax, (b) q(x)/fp0 em

Q = Qmax e σxx/p0 em (c)Q = Qmax, (d) Q = −Qmax, (e) Q = 0, no descarregamento,

(f) Q = 0, no recarregamento.
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5.1.2 Gradiente de Tensão do Ponto Cŕıtico do Contato

Trincas causadas por fretting mostram a nucleação no ponto cŕıtico do contato para

testes feitos sobre a mesma configuração analisada neste trabalho (Araújo, 2000). Além

disso, um grande número de pesquisadores têm apontado que na fadiga por fretting, o

gradiente de tensão tem um papel importante nos estágios de iniciação e propagação

precoses das trincas (Araújo, 2000). Neste sentido, a variação das componentes de

tensão em relação a profundidade neste ponto é apresentada nesta seção. Essa variação

é mostrada, primeiramente, para a solução fechada a fim de calibrar a ferramenta

numérica e, logo após, para os dados experimentais sem solução fechada adotados.

Gradiente de Tensão via Elementos Finitos para o Problema com Solução

Anaĺıtica

A variação das componentes de tensão σxx, σyy, σzz e τxy em relação a profundidade

no ponto de maior solicitação (Qmax, σmax
B e x/a = −1) é apresentada para a solução

via método dos elementos finitos junto a solução anaĺıtica para melhor visualização

da qualidade das soluções geradas pelo programa ef++ na figura 5.4. Novamente, a

solução por elementos finitos obtida pela malha 5 se apresenta por pontos (’x’) e é

comparada à solução anaĺıtica em linha cheia.

As figuras 5.4 (a) e (d) mostram a variação das tensões ao longo da profundidade

podendo-se observar assim o gradiente de tensão para as componentes σxx e τxy na

direção y, respectivamente. O gradiente para estas duas tensões apresentam resulta-

dos via método de elementos finitos que conseguem descrevem a variação das tensões

de maneira aproximada em relação à solução anaĺıtica. Já o gradiente da tensão σyy

(Figura 5.4(b)) apresenta uma discordância em comparação ao resutado anaĺıtico. En-

tretanto, ainda consegue mostrar que a tensão σyy no ponto (x/a, y/a) = (-1, 0) é nula.

Esse resultado pode ser um problema gerado devido ao tipo de elemento, visto que, em

novas pesquisa, o elemento quadrático se mostra mais apropriado para a simulação de

problemas de contato. Por se tratar de um problema de estado plano de deformação,

a tensão σzz, também se afasta um pouco da solução anaĺıtica como mostra a figura

5.4(c).
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Figura 5.4: Variação das tensões ao longo da profundidade verificando-se o gradiente

de tensão anaĺıtico e via método dos elementos finitos para Qmax/fp0 = 0.6, σB/p0 =

0.5904 e x/a = −1: (a) σxx/p0 X y/a, (b) σyy/p0 X y/a, (c) σzz/p0 X y/a, (d) τxy/p0

X y/a.

Gradiente de Tensão para os Dados Experimentais de Nowell

A figura 5.5 mostra a variação das componentes σxx, σyy, σzz e τxy na direção y

para Qmax/fp0, σmax
B /p0 e x/a = −1, que é a situação de máxima solicitação, para a

solução via método dos elementos finitos dos dados experimentos de Nowell.

O gradiente de tensão para a série experimental considerada apresenta resultados

similares ao gradiente obtido via método de elementos finitos para os dados com solução

anaĺıtico, anteriormente apresentado. O gradiente da tensão σyy apresenta a mesma

discordância. Entretanto, ainda consegue-se mostrar que a tensão σyy no ponto (x/a,

y/a) = (-1, 0) é nula. Esse resultado pode ser um problema gerado devido ao tipo de

elemento, como ja mencionado.

Nota-se que σxx é máxima na superf́ıcie do contato mas cai rapidamente com a

profundidade e se mantem sempre trativa. A componente σyy é nula na superf́ıcie e

compressiva dentro do corpo de prova. A tensão τxy também é nula na superf́ıcie, mas

muda, de maneira abrupta, de valores negativos para positivos, para uma pequena

distância da superf́ıcie. Como este é um problema de estado plano de deformação, a

variação da componente zz com a profundidade depende do comportamento das outras

duas componentes de tensão. As tensões mostram que na superf́ıcie de contato o estado
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Figura 5.5: Variação das diferentes componentes de tensão ao longo da profundidade

para o ponto x/a = −1 e para a configuração experimental de Nowell.

de tensão é uniaxial e se torna multiaxial no interior do corpo de prova.

Gradiente de Tensão para os Dados Experimentais de Araújo

Uma caracteŕıstica interessante desta configuração é que, no ponto de ( x/a = −1,

y/a = 0), σxx é a componente de tensão mais significativa, sendo a componente zz

originada devido ao estado plano de deformação assumido. Isto pode ser claramente

observado na figura 5.6, a qual mostra também a variação de todas as componentes

de tensão ao longo da profundidade em x/a = −1 e no instante onde o carregamento

tangencial e a tensão remota de fadiga são máximos. Pode ser observado neste gráfico

que as tensões decaem à medida que se distancia de superf́ıcie de contato e que seu

estado de tensão é multiaxial.

Figura 5.6: Variação das diferentes componentes de tensão ao longo da profundidade

para o ponto x/a = −1 e para a configuração experimental de Araújo.
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5.2 Avaliação da Resistência à Fadiga

Para estimar-se o limite de fadiga dos dados experimentais considerados neste tra-

balho aplica-se o modelo de Dang Van (1989) e o de MCWM associado ao Método

da Distância Cŕıtica do Ponto de Taylor (1999). O primeiro passo para o uso desta

metodologia consiste na determinação do parâmetro b0 para o material estudado. Sus-

mel et al. (2004) relatam b0 = 0.1mm para a liga Al4Cu. Para a liga Ti6Al4V foi

calculado b0 = 15, 3µm. Nesta profundidade e na extremidade anterior do contato

(x = −a) extraiu-se o tensor tensão em doze instantes de tempo ao longo do ciclo de

carregamento. Deve-se ressaltar que a extremidade anterior do contato é definida pela

posição x do último nó que apresentava pressão. As tabelas 5.1 e 5.2 apresentam os

tamanhos de contato teórico e numérico para os testes considerados.

A aplicação dos critérios multiaxiais requer, além do tensor tensão no tempo, a de-

terminação de dois parâmetros materiais. O limite de fadiga para flexão alternada para

a liga Al4Cu f−1 é 124MPa (Nowell, 1988), mas este é o único parâmetro encontrado

na literatura para esta liga. Assim, foi necessário estimar o limite de fadiga para flexão

repetida f0. Segundo Dowling (2004), a relação de Smith-Watson-Topper (1970) é a

que gera melhores resultados para prever o efeito da tensão média de tração sobre o

limite de fadiga para carregamentos alternados em ligas de alumı́nio. Assim, usando a

relação de SWT (equação 3.4) estimou-se o limite de fadiga para flexão repetida como

sendo f0 = 87, 7MPa. Para a liga Ti6Al4V os limites de fadiga para flexão alternada

é f−1 = 325MPa e para flexão repetida é f0 = 298MPa.

Uma vez definidos os parâmetros materiais avaliou-se a resistência à fadiga por

fretting considerando o ı́ndice de erro de Dang Van (DV ) e de Susmel (SU). Onde

para DV > 0 e SU > 0 o critério prevê falha do componente e para DV < 0 e SU < 0

o componente tem vida infinita.

O procedimento esquemático para a obtenção dos resultados desta segunda etapa

pode ser representado pela figura 5.7.
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Figura 5.7: Procedimento esquemático para aplicação do modelo de Dang Van e de

Wöhler Modificado em termos do Método da Distância Cŕıtica do Ponto.

5.2.1 Resultados para os Dados Experimentais de Nowell

Os resultados da avaliação da resistência a fadiga obtidos pelos ı́ndices de erro

de Dang Van (DV ) e de Susmel (SU), são apresentados na tabela 5.1 para os testes
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relatados em Nowell (1988) para a liga Al4Cu. Juntamente com os ı́ndices de erro, a

tabela 5.1 mostra a vida e o tamanho de contato teórico (ateo) e numérico (anum).

Tabela 5.1: Tamanhos de contato teóricos e numéricos, vida experimental e ı́ndices de

erro de Dang Van e Susmel para cada raio de sapata da liga Al4Cu.

Raio da sapata ateo anum Vida DV SU

R (mm) (mm) (mm) (106 ciclos)

12,5 0,09 0,089 10 -0,4414 -0.1876

25 0,18 0,173 10 -0,2397 -0.0777

50 0,36 0,32 10 -0,0791 0.0449

75 0,54 0,51 10 0,1823 0.1639

100 0,72 0,68 5,06 0,2882 0.2306

125 0,90 0,85 1,22 0,4054 0.2764

150 1,08 1,02 1,28 0,4644 0.3200

A tabela 5.1 mostra que, dos sete testes, apenas um apresenta discordância em

relação aos dados experimentais, usando o critério de Dang Van, e dois testes apresen-

tam discordância quando usa-se o MCWM. Apesar da discordância, esses resultados

são conservativos. Como pode-se observar na referida tabela os resultados dos ı́ndices

de erro de Dang Van foram compat́ıveis com os resultados obtidos pelos ensaios feitos

por Nowell exceto para a sapata de raio R = 75mm, ou seja, a metodologia aplicada

conseguiu prever a vida à fadiga para a maioria das sapatas. Já o resultados dos

ı́ndices de erro de Susmel não foram compat́ıveis com os ensaios para as sapatas de

raio R = 75mm, como acontece com o DV , e de raio R = 50mm.

Critério Mesoscópico de Dang Van

O resultado para o ı́ndice de Dang Van também pode ser visualizado graficamente

na figura 5.8. Esta figura apresenta o ı́ndice de erro de Dang Van contra o tamanho

do contato.
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Figura 5.8: Relação entre o indice de erro de Dang Van DV e o tamanho do contato.

A estimativa da sapata de raio R = 75mm foi conservativa à medida que a metodolo-

gia indica falha enquanto os dados experimentais indicam vida infinita. Significando

que a metodologia adotada para estimar o limite de fadiga está a favor da segurança. A

figura 5.8 mostra também que a faixa de tamanho cŕıtico de contato numérico é menor

que a experimental sendo de 0, 36− 0, 54mm com a aplicação do critério mesoscópico,

logo as estimativas para a metodologia são conservativas.

A figura 5.9 mostra a história de carregamento e a linha de falha no espaço de τ(t)

contra p(t) para o maior tamanho de contato que apresenta vida infinita (a = 0, 36mm,

Figura 5.9(a)) e o menor tamanho de contato a falhar (a = 0, 54mm, Figura 5.9(b)),

respectivamente. O critério que divide este espaço em uma região segura e outra de

falha é representado pela linha tracejada e a solicitação imposta pela linha cont́ınua.

Uma margem do ı́ndice de erro de 20% é representada pela linha pontilhada. Nota-

se que para a = 0, 54mm, margem inferior da faixa de tamanho cŕıtico de contato

experimental, o carregamento ultrapassa a linha divisória deste espaço significando

que há uma previsão de falha, ou seja, a metodologia proposta prevê a iniciação de

uma trinca, como mostra a figura 5.9(b). Entretanto, o corpo-de-prova não falha sob

condições de fretting. Esta é uma estimativa conservativa e a linha pontilhada mostra

graficamente que o erro associado a esta previsão se encontra dentro da margem de

erro de 20%. Para que a estimativa estivesse correta o ı́ndice DV deveria ser 18%

menor do que o calculado. É de fundamental importância ressaltar que, apesar deste

resultado, a evolução obtida com esta nova metodologia é significativa com relação a

outras estimativas baseadas no uso da tensão no ponto mais solicitado (hot spot). A

figura 5.10 mostra que se o cálculo do limite de fadiga for efetuado considerando a

tensão no hot spot, o erro envolvido nesta estimativa seria de 85%, ou seja, 67% a mais
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do que o calculado pela técnica proposta.

Figura 5.9: História de carregamento e a linha de falha de Dang Van para o teste

com as sapatas ciĺındricas de raios: (a) R = 50mm (a = 0.36mm ) e (b) R = 75mm

(a = 0.54mm ).

Figura 5.10: História de carregamento e a linha de falha de Dang Van para os teste

com a sapata de a = 0.54mm (R = 75mm) para: y/a = 0 (hot spot) e y = b0/2 (centro

do volume estrutural).

MCWM

O resultado dado na tabela 5.1 para o ı́ndice de Susmel também pode ser visualizado

graficamente na figura 5.11, que mostra o ı́ndice SU contra o tamanho do contato.
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Figura 5.11: Relação entre o indice de erro de Susmel SU e o tamanho do contato.

Assim como o Dang Van, as estimativas das sapatas de raios R = 50mm e R =

75mm para o ı́ndice de Susmel foi conservativa à medida que a metodologia indica

falha enquanto os dados experimentais indicam vida infinita. A metodologia ado-

tada para estimar o limite de fadiga para as duas sapatas está a favor da segurança.

Comparando-se os dois critérios aplicados, os resultados do modelo mesoscópico apre-

sentaram maior próximidade do resultado experimental, tendo apenas uma sapata com

ı́ndice de erro discordante dos resultados experimentais de Nowell, enquanto o MCWM

possui duas. A figura 5.11, que apresenta SU contra o tamanho do contato, mostra que

a faixa de tamanho de contato cŕıtico dado pelo MCWM é de acrit = 0, 18− 0, 36mm.

Também pode-se notar que a faixa de tamanho de contato cŕıtico fornecido pelo Mod-

elo Mesoscópico é mais próximo a faixa experimental que o encontrado pelo MCWM,

ou seja, o MCWM fornece uma análise ainda mais conservativa.

A figura 5.12 apresenta a linha de falha do MCWM e os valores de τa e ρ para

cada teste com a liga Al4Cu. O gráfico mostra a zona segura e a de falha divididas

pelo critério que está representado pela linha cont́ınua. No espaço de τa X ρ os pontos

representados por śımbolos cheios correspondem a testes com diferentes raios de sapata,

mas com vida infinita, ou seja, não falham. As linhas pontilhadas correspondem a

variações de ±20% com a linha de falha nominal.

Nota-se novamente a evolução obtida com esta nova metodologia é significativa

com relação a outras estimativas baseadas no uso da tensão no ponto mais solicitado

(hot spot). A figura 5.13 mostra que se o cálculo do limite de fadiga for efetuado

considerando a tensão no hot spot, o erro envolvido nesta estimativa seria de 53%

para a sapata de raio R = 50mm (a = 0, 36mm), e de de 54% para a sapata de

raio R = 75mm (a = 0, 54mm). Desta forma, nota-se uma diferença, em relação as

metodologias baseadas na tensão do hot spot, de 49% para a sapata de raio R = 50mm

(a = 0, 36mm)e de 38% para a sapata de raio R = 75mm (a = 0, 54mm) a mais do
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Figura 5.12: Linha de falha de Susmel para os teste com Al4Cu.

que o calculado pela técnica proposta.

Figura 5.13: Linha de falha de Susmel para Al4Cu e SU no hot spot e em y = b0/2

para: (a) a = 0, 36mm (R = 50mm) e (b)a = 0, 54mm (R = 75mm).

5.2.2 Resultados para os Dados Experimentais de Araújo

Os resultados da avaliação da resistência a fadiga obtidos pelos ı́ndices de erro de

Dang Van (DV ) e de Susmel (SU), são apresentados na tabela 5.2 para os testes com

a liga Ti6Al4V (Araújo, 2000). Juntamente com o DV e SU , a tabela 5.2 mostra a

vida e o tamanho de contato teórico (ateo) e numérico (anum). Da tabela 5.2 pode-se
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notar que todas as estimativas forneceram valores positivos de DV e SU .

Tabela 5.2: Tamanhos de contato teóricos e numéricos, vida experimental e ı́ndices de

Dang Van e Susmel para cada raio de sapata da liga Ti6Al4V .

Raio da sapata ateo anum Vida DV SU

R (mm) (mm) (mm) (105 ciclos)

12,5 0,25 0,263 > 14 0,2958 0.2720

37,5 0,76 0,68 5,21 0,54277 0.5082

50 1,01 0,97 3,74 0,5768 0.4907

60 1,22 1,10 1,96 0,6148 0.5806

70 1,42 1,35 1,73 0,5629 0.4490

Desta tabela pode-se notar que dos cinco teste feitos na liga Ti6Al4V , apenas um

(a = 0, 25mm) discordou dos dados experimentais para os dois modelos utilizados.

Novamente, a metodologia fornece um resultado conservativo para essa sapata uma

vez que os modelos prevêem falha enquanto o corpo de prova apresenta vida infinita.

Critério Mesoscópico de Dang Van

Novamente, uma melhor interpretação dos resultados pode ser obtida a partir de

uma análise gráfica. A figura 5.14 mostra a história de tensões e a linha de falha no

espaço de τ(t) contra p(t) para os testes com os dois menores tamanhos de contato, a =

0.25mm (R = 12, 5mm, Figura 5.14(a)) e a = 0.76mm (R = 37, 5mm, Figura 5.14(b)).

Note que a = 0.76mm é, neste conjunto de testes, o menor tamanho de contato em que

a falha ocorre. O critério que divide este espaço em uma região segura e outra de falha é

representado pela linha tracejada e a solicitação imposta pela linha cont́ınua. Da figura

5.14(b) pode-se observar claramente que a solicitação para o teste onde a = 0.76mm

ultrapassa a linha divisória deste espaço em dois pontos diferentes. Isto essencialmente

significa que há uma previsão de falha do componente associada a iniciação de uma

trinca de fadiga. Esta estimativa está correta. Neste teste o componente falha após 5.21

x 105ciclos. Para o tamanho de contato inferior (a = 0.25mm) o corpo-de-prova não

falha sob condições de fretting. Por outro lado, a metodologia proposta prevê a iniciação

de uma trinca, como mostra a figura 5.14(a). Esta é uma estimativa conservativa e

a linha pontilhada mostra graficamente o erro associado a esta previsão. Para que a

estimativa estivesse correta o ı́ndice DV deveria ser 29,3% menor do que o calculado.

Mais uma vez, é de fundamental importância ressaltar que, apesar deste resultado, a

evolução obtida com a nova metodologia é significativa com relação a outras estimativas
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baseadas no uso da tensão no ponto mais solicitado (hot spot). A figura 5.15 mostra

que se o cálculo do limite de fadiga for efetuado considerando a tensão no hot spot, o

erro envolvido nesta estimativa seria de 50,1%, ou seja, 20,8% a mais do que o calculado

pela técnica proposta.

Figura 5.14: História de carregamento e a linha de falha de Dang Van para os teste

com: (a) a = 0.25mm (R = 12, 5mm) e (b) a = 0.76mm (R = 37, 5mm).

Figura 5.15: História de carregamento e a linha de falha de Dang Van para o teste com

a = 0.25mm (R = 12, 5mm) para: y/a = 0 (hot spot) e y = b0/2 (centro do volume

estrutural).

MCWM

O resultado dado na tabela 5.2 para o ı́ndice de Susmel também pode ser visualizado

graficamente na figura 5.16, que apresenta a linha de falha e o espaço de tensões do

MCWM (τa contra ρ) para as diferentes sapatas testadas. A linha que divide as zonas

de segurança e de falha do MCWM é representada pela linha cont́ınua.
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Figura 5.16: Linha de falha de Susmel para os teste com Ti6Al4V .

A figura 5.17 mostra que a diferença entre os ı́ndices de erro das metodologias

considerando o hot spot é de 19% a mais do que o calculado pela técnica proposta

(TCD) para a sapata de raio R = 12, 5mm (a = 0, 25mm).

Figura 5.17: Linha de falha de Susmel para Ti6Al4V e SU no hot spot e em y = b0/2

para sapata de a = 0, 25mm (R = 12, 5mm).
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Caṕıtulo 6

Conclusão

Neste trabalho, conduziu-se uma avaliação da resistência a fadiga através da proposição

de uma metodologia. Esta metodologia consistiu na aplicação de modelos multiaxiais

(Dang Van e MCWM) junto ao Método da Distância Cŕıtica do Ponto de Taylor. O

trabalho destaca o fato de que os fenômenos de fadiga em entalhe e fadiga por fretting

são de alguma forma análogos, uma vez que ambos envolvem concentradores de tensão

e a existência de gradientes.

A metodologia proposta apresenta estimativas bem sucedidas para dez dos doze

testes de fadiga por fretting considerando o uso do Modelo Mesoscópico de Dang Van

no trabalho. Já considerando o MCWM, a metodologia apresenta estimativas bem

sucedidas para nove dos doze teses considerados no trabalho. Para os casos que a

metodologia falha, ele prevê a iniciação de uma trinca enquanto o corpo de prova

testado não falha sob condições de fretting, ou seja, a análise é conservativa. Comparada

com outras metodologias propostas para fadiga por fretting que usam a analogia com o

entalhe, essa abordagem tem a vantagem de definir a distância cŕıtica como parâmetro

material. Assim, se os parâmetros básicos de fadiga são definidos apropriadamente para

uma liga espećıfica, o risco de iniciação de trinca pode ser diretamente calculado sem a

necessidade de realizar testes de calibração para fadiga por fretting visando a definição

do tamanho de volume estrutural. Mais ainda, mostrou-se que os resultados obtidos

com esta técnica são significativamente melhores do que os obtidos por metodologias

clássicas de projeto que envolvem o uso da tensão no hot spot. É importante destacar

que a confiabilidade e a precisão do método proposto são fortemente afetados pelas

constantes materiais usadas para sua calibração.

Nota-se também que a utilização do modelo de Dang Van apresentou uma melhor

previsão para a liga Al4Cu quando comparado ao MCWM. Já para a liga de Ti6Al4V ,

as estimativas foram similares para os dois critérios.

Este trabalho conduziu também uma análise detalhada do campo de tensão pro-

duzido em uma configuração de contato usual em testes de fadiga por fretting de

cilindros em contato sob regime de escorregamento parcial. Avaliou-se a qualidade
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do resultado proporcionado pelo método dos elementos finitos para a descrição destas

tensões por meio de uma comparação com os resultados obtidos analiticamente para

esta configuração. Esta análise foi desenvolvida com o código de elementos finitos

ef++.

A partir do campo de tensões mostrou-se que na superf́ıcie de contato, a componente

xx da tensão atinge seu valor máximo na extremidade anterior do contato (x/a, y/a)

= (-1,0), quando Q/fP = Qmax/fP (hot spot). Neste instante, deve-se lembrar que, a

componente xx da tensão é responsável pela trinca em Modo I. Uma extensa revisão

bibliográfica mostrou que para testes considerando esta mesma configuração de contato,

as trincas causadas por fretting, geralmente têm ińıcio nesta posição. Uma análise da

variação das tensões contra a profundidade no ponto de máxima solicitação do contato

mostrou que todas as componentes experimentam um severo gradiente de tensão. A

tensão σxx atinge o maior valor de tensão na superf́ıcie, mas cai rapidamente a um

pequena distância da superf́ıcie.

As tensões calculadas numericamente para a configuração de contato entre cilindro

e semi-plano infinito sob regime de escorregamento parcial, estavam bem próximas as

obtidas através das soluções anaĺıticas. Porém, observou-se uma instabilidade para o

gradiente da tensão σyy, que consequentemente teve reflexos sobre a componente σzz,

devido ao estado plano de deformação. Esta diferença pode estar associada ao tipo de

elemento usado na simulação ou ao grau de refinamento da malha. Além disso, também

constatou-se uma instabilidade dos resultados para as sapatas de raios menores. Esta

falha pode ser contornada pela redução no refino da malha ou pela variação na rigidez

normal e tangencial do elemento de contato.

Finalmente, a metodologia desenvolvida neste trabalho provou ser de simples im-

plementação e o fato que requerer somente o estado de tensão linear-elástico calculado

no centro do volume estrutural para executar uma avaliação de fadiga de alto número

de ciclos torna-a extremamente interessante do ponto de vista da engenharia. Por

outro lado, deve-se indicar que outras validações da abordagem proposta considerando

diferentes materiais e configurações de contato têm que ser realizadas antes de sua

utilização para projetar componentes reais.

6.1 Proposta para Trabalhos Futuros

A metodologia avaliada neste trabalho deve ter sua validação continuada para difer-

entes materiais e geometrias para o problema de contato sob condições de fretting. Uma

análise quantitativa mais precisa pode ser feita em cima de dados experimentais gerados

para uma condição limite de fadiga.
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Apêndice A

Análise da Distância Cŕıtica

Para avaliar o efeito da distância cŕıtica b0 nas propriedades de fadiga do material

ou na precisão das estimativas do limite de fadiga, assumiu-se uma variação percentual

para o valor de b0. Para a análise, a variação do centro do volume estrutural b0/2

(nó 2) foi realizada utilizando-se um nó acima (nó 1) e um abaixo (nó 3) desse valor

na malha obtida pela simulação numérica (Figura A.1 ), para a cada liga. Cálculos

foram conduzidos nesses novos pontos. Para a liga Al4Cu, o trabalho considera b0/2 =

0, 05mm. Para a liga Ti6Al4V , o trabalho considera b0/2 = 7, 63µm. Fez-se para a liga

de titânio a análise para b0/2 = 15, 3mm (nó abaixo do centro do volume estrutural).

Para esta liga, não foi posśıvel a análise no nó acima por este ponto ser o hot hot.

Como a distância de b0/2 = 7, 63µm é muito pequena, a altura do elemento da malha

na região de contato possui o mesmo valor. Desta forma, análise foi feita apenas no nó

abaixo de b0/2. Pelo mesmo motivo, a variação da distância cŕıtica desta análise para

o Ti6Al4V é de +100% de b0, ou seja, y = 2× (b0/2).

Os dados obtidos em b0 e nestes novos pontos são mostrados nas colunas denom-

inadas por b0/2, Nó acima e Nó abaixo nas tabelas A.1 e A.2 para as ligas Al4Cu

e Ti6Al4V , respectivamente. As tabelas apresentam as componentes de tensão cisal-

hante e normal relativa ao plano cŕıtico determinado pelo MCWM, os ı́ndices de erro

de Susmel e Dang Van, o tamanho de contato e a vida para cada raio de sapata. Para

a liga de alumı́no são apresentadas as variações do centro do volume estrutural por

porcentagem de b0, para os nós utilizados em cada raio de sapata. Para o titânio a

variação é de 100% de b0, como ja mencionado.

Os resultados mostram que os valores de SU e DV podem variar de maneira sig-

nificativa quando comparados com os valores correspondentes calculados para b0/2,

especialmente para a liga de alumı́nio e para o critério de Susmel e Lazzarin. No pior

caso, para a sapata de a = 0, 36mm na tabela A.1, uma variação de 10% no centro

do volume estrutural provoca uma mudança em SU de mais de 100%. Portanto, é

uma indicação clara de que a metodologia deve ser usada com cautela para campos de

tensão de contato que variam rapidamente e que a extração das propriedades de fadiga
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básicas é de fundamental importância na análise.

É interessante notar que, apesar da variação no centro do volume estrutural ser

menor, a maioria das variações de SU são maiores para menores tamanhos de contato,

onde as tensões decaem mais rapidamente, ou seja, o gradiente de tensão é mais severo.

A influência da qualidade do campo de tensões gerado pela malha é uns dos motivos

para que alguns dos resultados discordem disso, já que o campo de tensão numérico

apresenta melhores resultados para os maoires tamanhos raios das sapatas.

Figura A.1: Esquema ilustrando os diferentes b0/2 utilizados.
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Tabela A.1: Índices de Dang Van e Susmel e componentes de tensão relativas ao plano

cŕıtico de Susmel para cada raio de sapata da liga Al4Cu considerando diferentes

distâncias cŕıticas, b0.

Tabela A.2: Índices de Dang Van e Susmel para cada raio de sapata da liga Ti6Al4V

considerando diferentes distâncias cŕıticas, b0.
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