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ABSTRACT

A methodology initially proposed for authomatic mesh generation of triangular and quadrilateral
finite element discretizations in linear two-dimension problems is now extended to material
nonlinear analysis. The technique, which is based on a h-adaptive process, is capable of
achieving a specified discretization density using a powerful mesh generator. The element
solutions at the nodes are obtained through a general stress recovery procedure employing an a
posteriori error estimator. The constitutive equation is approached in the formulation using a
flow theory to describe the elasto-plastic material behavior. In this study the von Mises condition
is employed for the state of multiaxial stress corresponding to the start of plastic flow, the
normality condition furnishes a flow rule in the plastic strain increments subsequent to yielding
and the kinematic hardening is assumed as hardening rule. The adaptive procedure is based on
the complete mesh regeneration and specific mesh requirements (boundary conditions, geometry
definitions and space node function), and aims for an optimality condition with the least number
of elements that yields an uniform error distribution in al elements. In the stress recovery
process the nodal values are assumed to belong to a polinomial expansion defined over patches
of elements adjoining a particular assembly node considered. The nodal point parameters, at
each element, are obtained using a least square fit of superconvergent sampling points existing in
the patch. The material uniaxia elasto-plastic constitutive behavior is represented using
overlays, defined over smal strain increments, allowing for the representation of the material
kinematic hardening behavior beyond the classical bilinear relation. The procedure error
estimation is obtained from differences between the post-processed stress gradients and those
from the finite element solutions. The energy error norm associated with stress field diferences
and the finite element strain energy gives an effective error estimate, used for comparison with
the process tolerance. Evaluation of the proposed technique is presented through numerical
sampling analyses to illustrate its applicability in the improvement of the solution accurance of
general two-dimension finite element model solutions.

INTRODUCTION

The success of the finite element method in numerical analysis is based largely on the basic
finite element procedures used, namely, the formulation of the problem in variationa or
weighted residual form, the finite element discretization of this formulation, and the effective



solution of the resulting finite element equations. These basic steps are the same whichever
problem is considered and provide a general frame-work and a quite natural approach to
engineering analysis. Besides being the most genera analysis tool available today, the method
may still require from the analyst a broad knowledge and some experience in using the numerical
procedures employed, to perform areliable modelling analysis of practical applications.

In this context, capabilities such solution error estimates, combined with an effective mesh
adaptive technique, have been added to extend the method numerical efficiency. For a given
mesh, error estimates current available in the literature are classified in two types. residua
estimators and flux projection estimators. In the first, the solution error is evaluated over the
elements or mesh subdomains by solving a local boundary value problem using samplings of the
differential equation residuals in each element domain and the residua in the stress components
sampled on the boundary of each element (Kelly, Graco, et. a.-83). In the second type, the error
is evaluated from the stress component fields post-processed using some projection technique
(Zhu, Zienkiewicz-87; Ladeveze, Coffignal & Pelle-86; Ortiz, Quigley-91), such the least square
method. In Ref. (Tetambe, Saigal-94), a comparative study for five flux projection error
estimators in elasto-plastic analysis of two-dimension plane strain and axisymmetric solids,
undergoing large deformations, is presented. In this study no mesh refinement is employed and it
is shown that error estimators based on the energy rate and on the L,-norm of the incremental

strains accurately predicts the region of maximum error. From all error estimators tested in the
analyses considered, the L,-norm of the incremented strains gave the most conservative estimate

of error.

In this paper the h-adaptive and mesh generation procedures, presented in Ref. [Almeida-94] for
the finite element analysis of two-dimension isotropic linear-elastic problems, are extended to
account for material nonlinear effects. The material constitutive relation for the uniaxial stress-
strain is represented by a multi-linear idealized model using the overlay model procedures
reported in Refs. (Nayak, Zienkiewicz-72; Zienkiewicz, Villigpan, King-69; Owen, Prakash,
Zienkiewicz-74). In this material modelling technique, the multi-linear relation is replaced by
the superposition of a number of elasto-perfectly plastic material models. This technique has
been proven attractive on representing the elasto-plastic behavior of materials undergoing
cyclic-loadings. It is worthy a notice that that even under complex loading conditions, the
material model represented by overlays gives accurate numerical solution responses in
representing the Bauschinger and the strain softening effects. In the following sections a brief
outline of the finite element steps in the elasto-plastic analyss, the details of the overlay model,
a review of the adaptive procedure based on an a posteriori error estimator and the conclusions
founded from sample analysis results are presented, indicating the applicability of the proposed
methodology to general structure analyses.

THE ELASTO-PLASTIC ANALYSIS

In finite element analysis the basic step is the unique representation, within an element (i), of the
unknown displacement vector

v =NO g0 (1)

in terms of the element nodal displacement vector v® and the displacement transformation



matix N® [Bathe-82], which depends on the spatial coordinates and the interpolation function
used in the problem discretization. At any point of the problem domain, represented by n
elements, the strains can be then obtained from

s=ZB“>\7=B\7 (2)
where matrices B" are generally obtained from the shape functions and their derivatives. From
linear elagticity the proportional congtitutive law for an initially strained material, with initial

strains €, and initial stresses g, givesthe relation

o=D(e-¢,)+0, (8)
in which D is the elasticity matrix. If nodal forces acting on the structure are listed in avector R
and the stresses at any point are asin eg. (3), then for equilibrium it is required that

IBTDBdV =R-[(B70,-BDe,)dV. (4)
\Y% \Y%

In elasto-plasticity eq. (3) does not hold to represented the full constitutive law. However, for the
case of smal strain analysis, the strain-displacement relationship remaining linear, the problem
can be solved without complete reformulation.

Plastic deformations are characterized by an irreversible straining and begins once certain level
of stresses has occured. This level is governed by ayield condition function

F(o,k) =0 ()

where k is a state variable which depends on the plastic strain vector ¢€,. Strain state

increments in the material may be decomposed into elastic and plastic components, in the form

0e=0¢g,+ 0¢,. (6)
In equation (6) we use the following definition
5¢,=D'd0 (7)

according to eg. (3), and the plastic strain increments being associated gradients of the yielding
potential by to the following flow rule

0 &, =A0F/d0; =Aq; (8)
in which A is a scalar to be determined. Since during plastic deformations the stresses should
remain on the yield surface, i.e. 8F= 0, we also have

q'o0-pTdE, =0 (9
where p; =0€ ;. Using egs. (7) to (9), the scalar A is evaluated,

A=q'DJde (p" q+q' Dq). (10)
Then substituting from (8) and (10) into (9) one obtains

00=D,0¢ (1D
where the matrix

D, =D-(Dq)(Dg)"/(p'q+q" Dq) (12)

represents the instantaneous elastic-plastic stress-strain law. This constitutive law depends on the
yield function F used. In this work the von Mises yield criterion with isotropic hardening was
employed.

To solve the nonlinear equilibrium equation resulting from (4), an iterative procedure must be
employed with a series of elastic solutions being performed until all the problem nonlinear



conditions are satisfied. In a linear analysis where the resulting stresses are constrained to satisfy
the yield criterion, the equilibrium equation in (4) will not be satisfied and the residual forces

R*:R-JBTGdVJtO (13)

will arise. In eg. (13) ¢ is a vector containing the actual stress components obtained from the
stress level reached as governed by the yield criterion. Variations of the out-of-balance force,
O R*,due to changes & v in the displacement vector leads to the problem tangent stiffness
meatrix

K. :JBTDep BaV. (14)

The solution is then obtained by starting from a trial solution, calculating the residuals by means
of (13) and then obtaining a corrected solution displacement vector, at iteration (n + 1), in the
form

V., =V +KIR*, (15)
Since the constitutive law in (11) is expressed incrementally the process is repesated for small
increments, starting from previously established conditions until further changes in
displacements are sufficiently small.

THE OVERLAY MODEL

The elasto-plastic solution method outlined in the previous section provides adequate numerical
results if no load reversal occurs or, for increasing loads, the uniform expansion of the yielding
surface is assumed to occur in the analysis. Nevertheless, it does not simulate the Bauschinger
effect on reverse loading, and the initial yield value on reversal increases with the amount of
straining on the previous loading. As indicated by analytical modelling approaches available in
the literature, Refs. (Krdener-61; Hutchinson-64), the Bauschinger effect can be simulated by
considering the continuum composed of individual grains each possessing individual properties.
Thus, it is quite natural to conceive the structure as an assembly of element models with
different material properties assigned to each, or to the Gaussian points, as in the isoparametric
element discretization. Although convenient, this procedure would not be practical to use
because the internal stress and displacement distribution would be meaningless, being dependent
on the prescribed distribution of the material properties. To overcome this difficulty the overlay
model has been proposed [Owen, et. a-74]. By this modelling technique the material is assumed
to be composed of severa layers of overlays. Each overlay may have different material
properties and thickness, with an elastic-perfectly plastic behavior being assigned. Nodes in
each overlay are coincidental and the same strain pattern is produced in each overlay. As aresult,
different stress fields are produced in each overlay, which contribute to the total stress
distribution

0=3 0 (16)

£

suitable weighted by the overlay thickness .. in eg. (16) the condition ¢, =1 must hold.

This material model has the advantage of providing stress and displacement distributions that



are physically meaningful. These stresses may be recognized as the continuum average of the
stresses in the material individual grains.

Considering the constitutive linear elastic relation in each overlay to be equal to the material
Young's Module E; and the slopes in the multi-linear model as E,, Eg, ..., the overlay thicknesses

are evauated by improsing the conditions in egq. (16) to ¢ sampling points from the uniaxial
stress-strain relation, resulting in

¢ =(E-E,)/E, for i=1to ¢ (17)
Although being originally developed for plane stress state representations, the overlay technique
is readily extensible to three-dimension stress states and, in this case, the overlay thicknesses
become weight parameters. Negative values for these parameters allows the technique to
simulate materials with strain-softening effects, Ref. (Owen, Prakash, Zienkiewicz-74).

ADAPTIVITY AND MESH GENERATION

In elasto-plastic analyses, lacking an exact solution for comparison with a particular finite
element solution requires, at a certain loading, approximation of the numerical results to
evaluate the solution error. Numerical experiments with various solution error procedures
indicates the energy norm error measure as one of the simplest but reliable to use error estimate,
in the evaluation of a particular problem discretization performance, Ref. [5]. For a certain
mesh, the energy error norm is obtained from approximations of the stress field in the error
evaluation at each element level, based on differences between numerical results and the
approximation fields, as detalled in Refs. (Zhu, Zienkiewicz-87; Zienkiewicz, Zhu-91;
Zienkiewicz, Zhu-92). This technique has been implemented and tested in two-dimension
applications presenting severe stress singularities (Almeida-94; Almeida & Santana-93). It was
shown that with the use of triangular and quadrilateral isoparametric finite element
discretizetions a great improvement in the solution efficiency is obtained when quadratic
elements were used versus linear interpolation elements. Thus, the methodology initially
presented for linear applications, and detailed in Ref. (Almeida-94), was extended for material
nonlinear analyses, and is based on the following steps:

« after numerical convergence has been achieved, at a certain load step, an a posteriori solution
error estimation is evaluated from differences between post-processed stress gradients and
those from the finite element solutions. The energy error norm associated with stress field
differences and the finite element predicted strain energy gives an effective error estimate
used for comparison with the process tolerance;

« if the convergence condition is not satisfied, an h-adaptive process is employed, based on a
complete mesh regeneration, guided by specified mesh requirements such as boundary
conditions, geometry definitions, and space node functions to achieve an optimal refinement.
The optimality condition used requires the mesh refinement with the least number of elements
that yields a uniform strain energy norm error distribution in all elements. This is generally
referred as Zienkiewicz-Zhu condition, described in Ref. (Zienkiewicz, Zhu-91);

» to proceed with the analysis, a general stress recovery is required to obtain the element
solution at the new node positions. In this procedure, the nodal values are assumed to belong
to a polynomia expansion of the same complete order in the interpolation function basis
used, which is valid over al elements adjoining a node. A least-square fit of superconvergent
sampling points existing in the path is used to obtain the recovered nodal point parameters for



each element. These parameters, stresses and displacements, are averaged to al elements
adjoining the node of interest.

The numerical solution continues for increasing load steps, using the new discretization mesh
and solutions for evaluation of the equilibrium condition in (4).

SAMPLE ANALYSIS

The foregoing enhancements for the material nonlinear representation in two-dimension
continuum mechanics problems have been implemented to the adaptivity procedures presented
earlier. Although the prime motivation for these enhancements is the better description of the
material behavior under cyclic loading, the analysis that follows provides an assessment of the
model for results in conventional plasticity analysis with monotonically inceasing loads. In such
situations isotropic hardening plasticity gives accurate results.
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Figure 1 - Short Cantilever Beam Under Transverse Uniform Loading.
Initial Finite Element Meshes Used.

The first problem concerns the plane strain behavior of a short cantilever beam, subjected to
uniform transverse loading, linearly incremented in 20 time steps, as shown in Fig. 1. Figure 1
also presents the initial triangular (6 nodes) and quadrilateral (9 nodes) quadratic isoparametric
element meshes employed. Five elastic perfectly-plastic overlays were used to represent the
material stress-strain relationship. Computed weighting parameters and yielding stress values are
indicated in Fig. 2. In both finite element discretization analyses a 6% energy error criteria for
mesh reformation was required and a .1% converge rate was used for the iterative procedure
during evaluation of the out-of-balance load R*, defined in eq. (13). The energy error norms
obtained from the finite element solution and the number of degrees-of-freedom required in each
solution step are shown in Tables 1a and 1b, for both discretization models. In the first load step
of each analysis, two mesh refinement steps were required due to the very crude discretization



initially used, yielding to large energy error norm solutions. These results are, in essence, the
same obtained in previous linear analyses in Ref. (Almeida-94), because at this load step the
meaterial is still
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Figure 2 - Materia Stress-strain Curve Approximation.
Parameters Used in the Overlay Representation.
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Figure 3 - Final Obtained Meshes with Triangular and Quadrilateral
Finite Element Models Used.



elastic. As the analysis proceed, a gradual increasing in the energy norm error is observed but no
need of refinements is required until the 7th and the 6th load steps were reached for the
triangular e quadrilateral meshes, respectively. At these load steps, only one cycle of refinement
was then required for convergence. Further, as plasticity region advances over the elements,
larger values for the energy error norm requires frequent cycles of refinements (steps 11 to 20).
Figure 3 despicts the obtained final meshes in both analyses; the indicated areas correspond to
the elements in which the material yielding conditions have been satisfied in at least one
Graussian integration point. The displacement-load curves displayed in Fig. 4 are concerned with
four quatrilateral finite element analyses. The vertical displacement solution v for the node
located at the structure upper right corner is obtained from the full mesh refinement procedure
proposed in this work and compared to the solutions given by discretizations obtained at the first
step of mesh refinement. These mesh discretizations were kept constant throughout the analyses
with energy error norms equal to 19.9%, 11.1% and 5.62%, see Table 1b step 1. From the results
it may be observed that obtained errors in the displacement solutions at the latest steps are larger
than at the begining of analysis when amost the entire structure is still under the linear elastic
behavior. Moreover, for the entire range of loading considered, the results obtained with the
initially proposed mesh are inadequate.
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Figure 4 - Displacement-load Relations for the Analyses with Quadrilateral Elements,
Using Different Mesh Discretizations, Obtained in the
First Step of the h-Adaptive Procedure



Tablel - Energy Error Norms and Number of Degrees-of-freedom Required at Each Load Step

(a) the triangular element model (6 node)

STEP | Energy Emror Norm (%) | Deg-of-Freed || STEP | Encrgy Ervor Norm (%) | Deg-of-Free
1 | 27.0-836-434 312 Il | 657-514 430
7 | 48B4 312 12 | 577 430
3 497 312 17 | 643-505 490
4 5.11 312 14 | 578 490
5 5.38 312 15 | 6.86-511 568
5 587 312 16 | 5.89 568
7 6.43-4.68 384 17 | 699-327 666
3 | 495 384 18 | 6.01-508 772
g 527 o 384 19 |59 772
0| 5.86 384 30 | 7.22-545 926

(b) the quadrilateral element model (9 node)

STEP | Energy Emmor Morm (%) | Deg-of-Freed STEP | Energy Error Norm (%) | Deg-of-Free
(N 19.9-11.1- 562 230 11 6.26-4.71 306
2 3.62 230 12 5.21 306
3 5.73 230 13 577 306
4 588 230 14 | 641-4092 342
5 5.97 230 15 5.59 342
] 6.24 - 4,57 272 16 6.23 -4.90 394
7 4.89 272 17 | 5.63 394
8 5.16 272 18 |637-519 464
g 548 272 19 [5.97 164
10 5.83 272 20 | 6.94-576 558

In the second problem the doubly-cracked square plate reported in Ref. (Almeida—94) and shown
in Fig. 5 was considered. The uniform loading was linearly increased in 12 time steps, bringing
the materia to the behavior beyond its elastic limit. Asin linear analyss, only one fourth of the
plate was represented in the model analyses with four and eight element discretizations in the
initial quadrilateral and triangular meshes, respectively. In both analyses only quadratic
elements were considered with nine nodes for the quadrilateral mesh and six nodes for the
triangular. As in the first problem, the material constitutive law employed is as shown in Fig. 2,
using the overlay modelling technique. A 6% energy error norm criteria for mesh updating was
required with 0.1% convergence rate for evaluation of the out-of-balance loading, during
iterations. Obtained error norms from the finite element solutions are presented in Tables 2a
and 2b for the element discretizations employed. As in the short cantilever beam problem, two
mesh refinement steps were required due to the proposed crude initial meshes. The energy error
norms gradually increase with loading increments, not requiring requirements until steps 5 and 6
for the triangular and quadrilateral meshes, respectively. At these steps one cycles of refinement
was required for convergence. Larger values of the energy error norms require frequent cycles
of refinements, as the plastic region advances over the elements. Final obtained meshes are
shown in Figure 5; in dashed areais represented the elements with the stress state fulfilling the
yielding condition, in eg. (5).
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Figure 5 - Doubly-notched Plate Under Uniaxial Loading
Initial Finite Element Meshes Used.

Table 11 - Energy Error Norms and Number of Degrees-of-freedom Required at each Step for the
Doubly-cracked Plate Analyses.

a)triangular element model (6 node)

STEP | Energy Error Norm(%) |Deg-of-Freed | | STEP | Energy Emror Norm(%) | Deg-of-Freed
1 33.8-164-7.31-2.49|2524 7 6.98 - 5.02 3048
2 2.57 2524 8 6.18 -4.11 3392
3 2.96 2524 9 5.79 3392
4 3.61 2524 10 6.61 -5.37 3858
5 4.57 2524 11 6.21 - 4.46 4276
6 572 2524 12 5.85 4276

b) quadrilateral element model (9 node)

STEP | Energy Error Norm(%) | Deg-of-Freed STEP | Energy Error Norm(%) | Deg-of-Freed
1 27. -10.8-3.16 1252 7 5.77 1666
2 3.51 1252 8 6.63-517 1836
3 4.02 1252 9 5.94 1836
4 4.87 1252 10 7.03 -5.28 2018
S 5.67 1252 11 6.09 - 4.67 2204
6 6.65-491 1480 12 5.23 2204




Figure 6 - Final Obtained Meshes with Triangular and Quadrilateral Finite
Element Models Used in the Second Exemple.

CONCLUSIONS

Some recent developments with a fully automated h-adaptive strategy for an efficient two-
dimensional finite element analysis has been presented and demonstrated with applications in
two sampling problems presenting stress singularities. The use of the overlay concept to
represent element congtitutive behavior beyond yielding in a multi-linear relationship is
physically considered as representing the action of individual grains. Moreover, the procedure
can be treated as a mathematical artifice and, as stated, extended to genera three dimension
stress state representations. Moreover, the use of negative overlay weights may allow to smulate
material strain-softening effects. As implemented the overall strategy provides an adequate basis
for the formulation of a general h-p adaptive procedure.
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Resumo

Neste trabal ho sdo empregados conceitos da mecéanica do dano continuo (MDC), que constitui
uma area da mecanica dos sblidos iniciada com a definicdo de um parametro escalar de
caracteristicas isotrOpicas associado a reducdo de &rea Util de um elemento estrutural sob
condi¢des de fluéncia. A MDC atingiu um estagio de desenvolvimento que permite seu uso
em diversas aplicacOes préticas. Seu forte embasamento em andlises e observacdes
experimentais permitiu compreender 0s Varios mecanismos responsavels pelos processos de
degradacdo microestrutural e sua intima relacdo com a ruptura dos diferentes tipos de
componentes mecanicos. Este trabalho tem como objetivo associar 0 comportamento el astico
aum parametro representativo da degradacdo microestrutural através de medidas do médulo
de Young, visando avaliar e quantificar o efeito do dano por deformacéo pléstica sobre esta
propriedade. Para tanto, realizaram-se testes com amostras da liga Ti-13V-11Cr-3Al, sob
condic¢des de tracdo uniaxia e diferentes taxas de deformacdo, a temperatura ambiente e em
temperatura criogénica (77 K). O trabalho é complementado por analises fractogréficas das
amostras ensaiadas.

Palavr as-chaves. Propriedades mecanicas, liga de titanio, temperaturas criogénicas.
INTRODUCAO

As diferentes solicitagbes mecanicas e ambientais provocam alteracdes na microestrutura
dos metais e ligas empregados com fins estruturais. Tendo em vista que essas alteracOes
reduzem a resisténcia mecanica dos materiais, o termo “dano” € empregado para designé-las.
Os processos de acumulacdo de dano podem ocorrer sob deformagao elastica (como no caso
dafadiga de alto ciclo), deformacéo elasto-pléstica e sob condigdes de fluéncia. Em presenca
de grandes deformacfes plasticas, 0 dano se manifesta pela nucleacdo e crescimento de
microcavidades e microtrincas no metal (Kachanov, 1986). Os diversos tipos de defeitos e sua
distribuicéo correspondem a diferentes descricfes matematicas do dano. A mecéanica do dano
continuo (MDC) introduz um parémetro, que pode ser entendido como uma varidvel continua
que se relaciona a densidade dos defeitos gerados durante a degradacdo do material. No caso
mais simples, assumindo-se que o dano segja isotrépico, o parametro de dano pode ser de
natureza escalar. O efeito do dano nas propriedades elasticas do material permite que se avalie



indiretamente o dano sofrido através da variacdo de seu médulo elastico (Lemaitre,
1992). Neste caso, o dano d pode ser estimado de acordo com a equagédo (1), sendo conhecido

0 médulo de Y oung E e medindo-se 0 modulo de elasticidade do material danificado, E:
E
d=1-— 1
= 1

Esta metodologia foi empregada em um trabalho recente (Paes et al, 1999), em que
medidas do médulo de Young obtidas em ensaios de tragdo e também através do teste ndo
destrutivo de ultra-som foram associadas a um parametro de dano com o objetivo de estimar a
degradacéo associada a fadiga em amostras de titanio de pureza comercial.

O titanio e suas ligas, devido a possibilidade de uma combinacdo favoravel entre
propriedades mecénicas e fisicas, vém sendo muito utilizados nas mais variadas éreas.
indUstria aerondutica e aeroespacial, industria naval e em aplicacfes criogénicas diversas.
Além da altarazdo resisténcia por densidade, as ligas de titanio apresentam a caracteristica de
serem ndo magnéticas. Possuem maior resistividade elétrica e menor condutividade térmica
gue o aco inox austenitico. Geramente, todas essas propriedades sdo favoravels em
aplicagbes como material estrutural em ambientes criogénicos. O titdnio apresenta, a
temperatura ambiente, estrutura cristalina hexagonal compacta, denominada fase a. Esta
estrutura se transforma alotropicamente para cubica de corpo centrado, chamada fase 3, a
1155,5 K. E basicamente na manutencio de uma ou outra fase que se baseia a adico de
elementos de liga a0 Ti. Os elementos que favorecem a fase 3 (chamados betagénicos)
reduzem a temperatura de transformacao alotropica e incluem os metais de transicéo do grupo
IV. As ligas Ti-fp dém de apresentarem alta resisténcia, boa plasticidade e dta
temperabilidade, podem combinar baixo modulo de elasticidade com alta resisténcia a
corrosdo. Dentre essas, destaca-se aliga Ti-13V-11Cr-3Al, que, tendo sido aprimeiraliga Ti-
B comercial (introduzida em 1952), é empregada na indUstria aeroespacial em componentes
estruturais de alta resisténcia (Donachie Jr., 1988; Flower, 1990; Nagai et al, 1985). Além
disso, de acordo com a norma ASTM E399 (1990) esta liga € a mais indicada para a
confeccéo de bragos para medidores de deslocamento (clip gauges) empregados nos ensaios
de tenacidade a fratura, devido a sua ata relagéo entre limite eléstico e médulo de Y oung na
condicéo solubilizada. A possibilidade do emprego desses medidores em baixas temperaturas
€ um fator adicional ajustificar o estudo de seu comportamento mecanico a77 K.

O presente trabalho tem como objetivo associar 0 comportamento eléstico da liga Ti-
13V-11Cr-3Al a um parémetro representativo da degradacdo microestrutural através de
medidas do modulo de Young, visando avaliar e quantificar o efeito do dano por deformacéo
pléstica sobre esta propriedade. Para tanto, realizaram-se testes com amostras da liga Ti-13V-
11Cr-3Al, sob condicBes de traco uniaxial e diferentes taxas de deformacdo, a temperatura
ambiente e em temperatura criogénica (77 K). O trabalho é complementado por analises
fractogréficas das amostras ensaiadas.

MATERIAISE METODOS

O material foi recebido na forma de barras cilindricas com 7,6 mm de didmetro. Através
de andlise quimica por |CP encontrou-se, para os teores dos elementos de liga e para o ferro,
os valores mostrados na Tabela 1. Estes valores sdo comparados com as faixas de variacéo
estabelecidas para esta liga de acordo com a especificacGio AMS 4917. A andlise
metalogréfica mostrou que a microestrutura do material compde-se de gréos da fase
metaestavel 3, conforme pode ser observado na Figura 1.



Tabela 1. Composicéo daliga (% em peso)

V Cr Al Fe
Mat. Recebido 141 111 3,32 0,18

AMS 4917 12,5-14,5 10,0-12,0 2,5-3,5 0,35 méx.

Os ensaios mecanicos foram realizados em uma maquina servo-hidraulica MTS com
capacidade de 250 kN. Os corpos de prova foram confeccionados segundo as dimensoes
mostradas na Figura 2, de acordo com anorma ASTM E8M. Os ensaios foram realizados nas
temperaturas ambiente (293 K) e do nitrogénio liquido (77 K), sendo que para 0s ensaios a
baixa temperatura foi necessario desenvolvimento de um dispositivo para imersdo das
amostras em um banho de nitrogénio liquido. Para a aquisicdo dos dados de deformacéo foi

utilizado o extensdbmetro MTS mod. 632.11F21, com faixa de trabalho de £15% e adequado
para uso em baixa temperatura.
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Figura 2. Corpo de prova para ensaios de tragéo

Para 0s ensaios de trac8o a temperatura ambiente foram adotadas 3 taxas de deformacéo:
0,001/min, 0,0/min e 0,/min. As duas primeiras foram adotadas também no caso dos
ensaios a baixa temperatura. Estas taxas foram reproduzidas em ensaios com
descarregamentos sucessivos, realizados com o objetivo de se avaliar o dano por deformacao



plastica. As superficies de fratura de amostras ensaiadas a temperatura ambiente e a 77 K
foram observadas ao microscopio eletronico de varredura.

RESULTADOS

Na Figura 3 sdo apresentadas as curvas o x € correspondentes aos ensaios de tracdo sob
as diferentes condicdes de temperatura e taxas de deformagdo adotadas. Os valores do médulo
de Young correspondentes as diferentes condi¢des de ensaio sGo mostrados na Tabela 2.
Pode-se observar que o efeito da temperatura se sobrepde ao efeito da taxa de deformagdo no
gue diz respeito ao comportamento sob tracdo uniaxial do material, nas condigdes estudadas
neste trabalho. A Figura 4 mostra a variacéo do limite de escoamento (o.) e do limite de
resisténcia a tracédo (o;) com a taxa de deformacdo, para 0 caso dos ensaios a temperatura
ambiente.
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Figura 3. Curvas Tensdo-Deformacdo
Tabela 2. Variacéo do Médulo de Y oung
E (GPa) 0,001/min 0,01/min 0,1/min
Temp. Ambiente 105,7 104,8 106,6
77K 108,5 112,8 -

Na Figura 5 pode-se observar o efeito da taxa de deformagdo sobre o coeficiente de
encruamento, obtido de acordo com a norma ASTM E646, para 0s ensaios a temperatura
ambiente. No caso dos ensaios a 77 K, devido a pouca deformacéo pléstica, esses parametros
ndo puderam ser determinados.
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Figura 4. Variagcdo das Propriedades de Tragdo com a Taxa de Deformacéo
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Figura 5. Variacdo do Coeficiente de Encruamento com a Taxa de Deformagao

Para analisar o efeito do dano, foram realizados ensaios de tragcdo com descarregamentos
sucessivos, nas diferentes temperaturas e taxas de deformacéo estudadas. Como exemplo,
mostra-se na Figura 6 a curva o x € correspondente a taxa de 0,01/min para a temperatura
ambiente.
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Figura 6. Ensaio com Descarregamentos Sucessivos

A evolucdo do dano, calculado de acordo com a equacdo (1), é mostrada nas Figuras 7
(temperatura ambiente) e 8 (77 K). Observa-se na Figura 7 que a evolucdo do dano é
independente da taxa de deformacg&o. Na Figura 8, pode-se notar que o dano a 77 K atingiu
niveis compativeis com aguele a temperatura ambiente, embora a deformacéo pléstica tenha
atingido apenas 0,25%, ante 1,5% de deformacdo plastica atingida no ensaio com
descarregamentos sucessivos a temperatura ambiente.
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Figura 7. Correlacéo entre Dano e Médulo de Y oung, Temperatura Ambiente
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Figura 8. Correlacéo entre Dano e Médulo de Young, 77 K

As Figuras 9 e 10 sd0 dois exemplos representativos da superficie de fratura,
respectivamente a 77 K e a temperatura ambiente. Na Figura 9 o principal aspecto concentra-
Se no mecanismo intergranular, caracterizando intensa fragilidade nessas condi¢des de ensaio.
No entanto, a Figura 10 apresenta poucas regides relativas a estrutura alveolar, destacando-se
de formamais intensa os micromecani Smos responsaveis pela fratura intergranular.

Figura 9. Superficie de Fraturaa 77 K (1000 x )



Figura 10. Superficie de Fratura a Temperatura Ambiente (1000 x )

CONCLUSOES

Observou-se que as propriedades em tragcdo e a evolugdo do dano ndo foram
significativamente afetadas pela taxa de deformacgdo, dentro dos limites estudados neste
trabalho. Os ensaios a 77 K resultaram em um aumento significativo das propriedades de
resisténcia em tracdo e uma intensa reducdo na componente plastica até a fratura. O principal
mecanismo de fratura corresponde a cavidades intergranulares, independente da temperatura
de ensaio. O parametro de dano ndo apresentou uma dependéncia significativa em relacéo a
temperatura, embora os niveis de deformagdo plastica verificados nos ensaios com
descarregamentos sucessivos a 77 K tenham sido 6 vezes menores que no caso da temperatura
ambiente.

REFERENCIASBIBLIOGRAFICAS

» Donachie Jr., J.D. ,1988, “Titanium, A Technica Guide’, ASM International, Metals
Park, Ohio, 469 p.

* Flower, H.M., 1990, “Microstructural Development in Relation to Hot Working of
Titanium Alloys. Materials Science and Technology, v.6(11), p.1082-1092.

e Kachanov, L.M., 1986, “Introduction to Continuum Damage Mechanics’, Martinus
Nijhoff, Dordrecht, Holanda, 135p.

e Lemaitre, J., 1992, “A Course on Damage Mechanics’, Springer-Verlag, Berlin,
Alemanha, 228p.

* Naga K., Yuri T.,Umezawa O. Andishikawa ,1985, “Fatigue and fracture of Ti alloys at
cryogenic temperatures’, 11™ International Conf. on Magnet Technology, p.754-759.

* Paes, M., Baptista, C.A.R.P., Barboza, M.J.R., Silva, EM.R., Reis, F.P., Pastoukhov,
V.A., 1999, “Aspectos do Comportamento Mecanico do Titanio Grau 2 Submetido a
Carregamentos Ciclicos’, Anais do XV Congresso Brasileiro de Engenharia Mecénica,
Aguas de Linddia, SP, Brasil, 10p. (em CD-ROM).



FRACTURE AND FATIGUE ANALYSISUSING A GRADIENT-ENHANCED
CONTINUUM DAMAGE THEORY

Heraldo S. Costa Mattos, Stella Maris Pires-Domingues

Laboratério de Mecanica Tedrica e Aplicada, Departamento de Engenharia Mecanica,
Universidade Federal Fluminense - UFF, Niterdi - RJ - Brasil - 24210-240

Fulvio Giacomo Chimisso

Departamento de Materiais de Construgdo, Fundagdo Universidade do Rio Grande - FURG,
Rio Grande - RS - Brasil - 96200-210

Fernando Alves Rochinha

Departamento de Engenharia Mecénica, Universidade Federal do Rio de Janeiro - EE-
COPPE/UFRJ, CP 68503, Rio de Janeiro - RJ - Brasil - 21945-970

Abstract

This paper discuss the possibility of structural failure prediction using a theory of continuum
media with microstructure. The proposed theory allows an adequate description of the strain-
softening and localization behaviors due to the material degradation. This theory is similar to
some other continuum damage theories for elastic materials that introduce higher order
gradients of the damage variable in the constitutive model in order to avoid the ill-posedness
in the post-localization range. The possibility and main features of such kind of approach are
discussed through examples concerning elastic-plastic and brittle-elastic behaviors.

Keywords: Continuum Damage Mechanics; Fracture, Fatigue.
1- INTRODUCTION

Continuum Damage Mechanics uses a phenomenologica approach to model the effect of
microscopic geometric discontinuities induced by the deformation process (micro-cracks,
micro-voids, so on) on the macroscopic behaviors of a structure. In continuum damage
theories an internal variable related to the growth and coalescence of micro-defects before the
macroscopic crack initiation (whose definition and physical interpretation may vary form one
model to the other. Therefore, the problem becomes to establish the constitutive relations for
the damage variable as a function of the other state variables.

Many different continuum damage theories have been proposed to describe the
degradation process in elastic brittle materials. The local damage theories, Kachanov (1986)
and Lemaitre et al (1990), often lead to a physically unredlistic description of strain
localization phenomena. In general, due to the loss of elipticity of the governing equations in
the post-localization range, the resulting mathematical problems may present an infinite
number of solutions with discontinuous fields of displacement gradients what leads to
numerical difficulties of mesh-dependence, Knowles et al. (1978), Bazant et al. (1988) and
Vree et al (1995). In order to avoid the loss of well-posedness in the post-localization range,
some alternative non-local approaches were proposed, Costa-Mattos et al (1992) and (1995),
Frémond et al (1996) and Domingues (1996), for example. Some of these alternative theories



introduce higher order gradients of the damage variable in the constitutive model.
Although such theory allow a mathematically correct modeling of the strain localization
phenomena, they are usually considered very complex to handle from the numerical point of
view.

The present paper deals with an aternative gradient enhanced theory in which the
continuum is supposed to possess a microstructure. In the resulting nonlinear mathematical
problems the coupling between damage and strain is circumvented by means of a splitting
technique which allows to solve the nonlinear problem through a sequence of simpler linear
problems, Domingues (1996). To demonstrate the capability of the proposed model some
examples involving elastic and elastic-plastic problems are exploited.

2- MODELING - BASIC BALANCE EQUATIONS

A body is defined as a set of material points B which occupies a region Q of the
Euclidean space at the reference configuration. In this theory, besides the classical variables
that characterize the kinematics of a continuum medium (displacements and velocities of
material points), an additional scalar variable 3 J[0,]], is introduced. This variable is related

with the links between material points and can be interpreted as a measure of the loca
cohesion state of the material. If 3 =1, all the links are preserved and the initial material

properties are preserved. If 3 =0 aloca rupture is considered since al the links between
material points have been broken. The variable g is associated to the damage variable D by
the following relation: 3 =1- D. Since the degradation is an irreversible phenomena, the rate

B must be negative or equal to zero.

In this section are presented a summary of the basic balance equations of the modeling.
Here, the appropriate conservation laws that governing the evolution of a continuous
damageable body are postulated. To simplify the presentation, non mechanical external
actions that may affect the cohesion of the material points are neglected. A more detailed
discussion about the basic principles can be found in Costa-Mattos et al (1995).

The main difference from other damage theories are some additional terms in the balance
of energy equations and a additional conservation law for the microscopic forces associated to
B must be postulated. Thus, besides the classical balance relations for linear momentum and

angular momentum, the evolution is supposed to be governed by the following local balance
relations:

divH - F=0 (1)
pe=o.0u+H.OB+FB—divz +pr (2)

where p is the density, @ is the stress tensor, e is the specific interna energy, u is the
displacement, z is the heat flux vector, H is the microscopic internal force related to [0, Fis
the microscopic internal force related to 3 and r is a heat source per mass and time. The
equation (1) is the balance of microscopic forces and the equation (2) is the balance of energy.

3- CONSTITUTIVE EQUATIONS

The balance equation and the second law restriction are valid for any kind of process. A
complete modeling requires additional information in order to characterize the behavior of



each kind of material. In this section it is presented a general constitutive theory for
damageable materials.

State variables: Under the hypothesis of small deformations and isothermal process, the local
state of a damageable material is supposed to be a function of the total strain
:%[Du+(Du )TJ, of the cohesion variable 3 and its gradient [O3. To complete the

presentation of the constitutive theory of a hypothetical material, initially only a scalar internal
variable ¢ related with other dissipative mechanismsis considered.

Free energy - state laws. Following the classical assumption of the Thermodynamic of
Irreversible Processes, the free energy W is supposed to be a function of the state variables
with the following form:

W(e, B.0B.6,2) = W(e, B,0B,0) + %kDB.DB 3)

A

where W is a differentiable function such that %—: >0 and k is a positive function of the

absolute temperature 6. The term (%)]B.DB is so considered to give B adiffusive behavior,

thus smoothing the field 3 on Q.

The here called thermodynamic forces (o, B®,H, s,B%) related to the state variables
(¢, B,0B, ) are defined from the free energy by the state laws:

5= @
H:5%§5:kmg (5)
8 =75 ©®)
B = ‘Z—? @

It can be observed that the state variables are taken as independent parameters in
equations (4) - (7). To complete the constitutive equations additional information about the
dissipative behavior must be obtained from the Fourier law and evolution laws for fand ( .

Evolution laws
The evolution laws are obtained from a potential ®(B?,B®; €, B,0):

L U B Y
o wa b -2 ®

where ¢, is a positive materia constant, <a> =max{0,a} . An alternative set of constitutive
equationsis given by:



Zz—)\ai and B=- ai—iF,)\zo;qnso;m:o (9)
oB° B* c,

In Chimisso (1994) and Costa-Mattos et al (1995) is shown that the state laws, equations
(4) - (7), and the evolution laws, equations (8) or (9), form a complete set of constitutive
equations that always verify the second law restriction, regardless the geometry of the body,
the external actions, the initial and boundary conditions, provided @ isaconvex and positive

function of (B®,BP) such that:
®(BP=0,B°=0;,¢B,0)=0 O (B0 (10)
3.1- Brittle-elastic constitutive model

The congtitutive equations for brittle-elastic material are presented after some specific
assumptions about the state variables and the state laws.

State variables. Thelocal state of a brittle-elastic materia is supposed to be a function of the
total strain €, of the cohesion variable 3 and of itsgradient [Jf3.

Free energy — state laws. In linear elasticity, it can be supposed that the free energy of the
elastic material is composed by a mechanical term qJe (€) . Thus, the proposed free energy W
can be represented by the following expression:

Y=p Y () + % kOR.OB (11)
P (€)= pneg + %7\ (tre)? (12)

where p and A are Lamé's constants. The here called thermodynamic forces (o, B?,H, )
related to the state variables (g, 3,JB) are defined from the free energy by the state laws.
These equations have the same form presented in the equations (4) to (7).

Evolution laws: The evolution law for cohesion variable 3 can be derived from the
evolution law adopted in the local damage theory:

Bz—%<(BB—W)—F>, if B>0 and B=0, if p=0 (13)

where C and w are positive constants of the material, respectively, a coefficient related to the
viscosity and the elastic strain energy (the area below the linear part of the curve stress versus
strain). The constant C is associated to constant c, of (8).

After some consideration, Costa-Mattos et al (1995) and Domingues (1996), the final
relations are the following:



_(BE Vv
o= (m)[l—Zv tr( e)l +€] (14)
_ E \% 2 _ :
F_(2(1+V))[(1—2\)) (tr(€))” +e€] —w+A, +C[3+)\[-3 (15)
H=k(OB) (16)

where E is the Young modulus, v is the Poisson’s ratio, C is a coefficient related to the
viscosity and k is a diffusive constant. The terms A, and )‘B are Lagrange multipliers

associated, respectively, to the constraints =0 and <0, they are such that: A =0,
BA; =0 and A, <0, A, =0.

3.2- Elastic-plastic constitutive model

State Variables : Under the hypothesis of small deformations, the local state of a elastic-
plastic material is supposed to be a function of the total strain €, of the plastic strain €”, of
the cohesion variable 3, of its gradient [3, and also of a scalar variable p associated with the
isotropic hardening, and of a second order tensor variable ¢ associated with the kinematic
hardening .

Free Energy - State Laws. Following the classical assumption of the Thermodynamic of
Irreversible Processes, the free energy is supposed to be a function of the state variables. Thus,
the following expression is proposed for the free energy, considering a elastic-plastic
behaviour:

W(ee®, p,cB,0PB) =P W.(e-€")+W (p) + W (c)] + %kDB-DB a7)
Yo = v, E)-'- — PGy (18)
VZ
1
W =3 a(c.c) (19)

where W, (e-¢€P) = LIJe(s), equation (12), vi, v, & 0O, are non negative constants and
(e —€P) =¢° isthe éastic strain tensor. The here caled thermodynamic forces (o, X, y, G,

H), related to the state variables (€°, ¢, p,3,00B) are defined from the free energy by the state
laws:

0¥ _ BE O wv . . O
-
:%_q):[_}(ac) (21)
C
ow

= a_p = B[Vl(l_ e_vzp)+ Gy] (22)



(3:?3_LBP:qJe+L|Jp+L|JC (23)

where o isthe stress tensor and H was presented in last section.
Plastic Potential - Evolution Laws. To complete the constitutive equations additional
information about the dissipative behaviour must be given. This information can be obtained

from a plastic potential F and are called evolution laws. The potentia F is supposed to have
the following form :

x=J(0-X)-y+g(X, G;g¢€",p, c,B) (24)

with J(0 — Xx) being the Von Mises equivalent stress, and

_b _@ Gz_ 1 l:HJe-'-LlJp-'-LIJc
g=—;(-% 2([3(3-C)+280 s 0 B g (25)

Besides the plastic potentia ¥, another potential X(B) =P, is used to take into account the
restriction < 0 . Hence the following evolution laws are postul ated:

g’ = )\a—x =A §[(cr—x )aer 1 IO —X)] (26)
00 2

c=-A %K —gp B (27)
0X a

p=-2 X - @9)
oy

. ~ O% A + + -

Y. SN QL. B PR @)
G P S,

where A20, x<0, Ax=0 and A=0, <0, AXx=0. Besides, F is a microscopic internal
force associated with 3, A isthe Lagrange multiplier related with the restriction x <0, and

A isthe Lagrange multiplier related with the restriction X < 0.

It is possible to prove that the state laws (20) - (23) and the evolution laws (26) - (29)
define a complete set of thermodynamically admissible constitutive equations.

Introducing equations (16) and (29) in the equation of the balance of microscopic forces
(Chimisso & Costa Mattos, 1994) and using the change of variables:3 = 1-D, the following
bal ance equation is obtained:

(CAD+A(W, +W, +U,)/S;)=D (30)
4- EXAMPLES

The main goal of thiswork isto show a genera idea of the theory which is presented and
discussed in several papers, for example, Domingues (1996) and Chimisso (1994).



4.1- Brittle-elastic

The double edge cracked plate, which contains crack length a =4 mm, length L = 25 mm
and width W = 10 mm, is loaded with a prescribed displacement u(t) at the both sides, figure
1. The existent symmetry permits to analyze only a quarter of the plate, in that case the upper
right quarter of the plate, figure 1.

K— 2W —

NN
u(t)

Figure 1. The cracked plate

The usua bilinear quadrilateral finite element mesh are used on the discretization of the
problem. In the region where the highest levels of damage are expected the mesh has a great
quantity of elements with small mesh parameter. In this study were considered plates of

concrete and the following values: E=27.0GPa, k= 02MPamm*, C=10x10"°MPas and
w=50 x 10~°MPa, Domingues (1996). The prescribed displacement and the adopted time step
are given respectively by u(L,t) = at, (o = 50x10° mm/s).

Figure 2 shows the damage evolution on the plate. To simulate the damage evolution on
the plate, the damage field (D =1-[) at four different time steps are presented. After the
instant 1.577s, the plate is broken in two parts undergoing arigid body motion.
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+0.30
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Figure 2. Damage levels at the instants t=1.3s, t=1.573s, t=1.575s e t=1.577s.

In order to complete the study a curve of the external force versus the displacement u(t)
are presented in the figure 3. The curve permit to observe the expected softening behavior.
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Figure 3. Force x displacement u(t).
4.2- Elastic-plastic

A near rupture behaviour example

To exemplify the use of the theoretical model, we simulate a monotonic test in an ASTM
6351 aluminium alloy and its behaviour near the final rupture. The test was simulated with
controlled strain amplitude where the displacement initial conditions was u(t = 0, z =L )=0
andu(t=T,Z=L)=0,7L.Itisconsidered lengthL = 1,0,k = 0,01 and Sy = 56,0.

o (M Pa)400 T T N T T T T T T T
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Figure4. Curveo x AL/L.

Figure 4 shows the axial stress component for different elongations, where dot line is the
experimental data and hairline is the theoretical results. The theoretica results are in
agreement with the experimental data.

5- CONCLUSIONS

The study of different problems demonstrate that the gradient-enhanced damage theories
allows a correct qualitative description of the strain-softening phenomena. Also, the proposed
damage theory can describe the evolution of the damage, the stress and the displacement fields
for structure formed by different materials (concrete, glass and ceramic, metallic aloy, for
instance), Domingues (1996) and Chimisso (1994).
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Resumo

Apresenta-se um estudo da interacdo entre uma estrutura, representada por uma viga, e um
carregamento oriundo de um subsistema mecanico em movimento. O efeito de parémetros
importantes do subsisema, como por exemplo, sua velocidade e suas caracteristicas
mecanicas, sd0 levados em consideracdo na andlise da resposta da estrutura. Utiliza-se o
método dos elementos finitos e a técnica dos grafos de ligacdo na modelagem do sistema. O
modelo matemético obtido na forma de equacdes de estado permite uma andlise fisica do
sistema globdl, isto € uma andise do comportamento dindmico da estrutura e do subsistema
mecanico, interagindo entre si. S0 apresentados resultados de simulacdo para a vaidacdo do
procedimento, com o intuito de destacar a importancia de um modelo que considere o
comportamento globa do sistema.

Palavras-chave: Dinamica, Vibragdes, Cargas M oveis, Elementos Finitos, Grafos de Ligagéo
1. INTRODUCAO

O comportamento dindmico de uma estrutura submetida a um carregamento movel vem
sendo investigado desde a construcdo das primeiras pontes para estradas de ferro no comeco
do século XIX. O interesse por essa classe de problemas surgiu quando se observou que, em
uma determinada estrutura, o deslocamento dindmico proporcionado por um carregamento
moével eramaior do que o deslocamento estatico maximo.

Diferentes aspectos do problema em questéo foram investigados ao longo das Ultimas
décadas. Biggs(1964), Timoshenko(1965) e Warburton(1976) apresentaram solucdes
analiticas para a equacdo diferencial de governo de uma viga Bernoulli-Euler submetida a
uma carga move simples e constante. Considerando o efeito do cisalhamento e da inércia
rotatoria e desconsiderando o0 regime transgente do modelo estrutural, Achembach e
Sun(1965) analisaram o comportamento de uma viga de Timoshenko infinita apoiada em uma
fundagdo elastica, quando atravessada por uma carga movel.

Utilizando o método dos elementos finitos para discretizar a estrutura, Lin e
Trethewey(1990) analisaram o comportamento dindmico de uma viga Bernoulli-Euler
interagindo com sistemas mecanicos de um e dois graus liberdade, e Thambiratnam e
Zhuge(1996) investigaram o caso de uma viga apoiada em uma fundacdo eléstica e submetida
auma cargasimples.

Em trabalhos mais recentes, Henchi et al.(1997), Wu & Shih(1998), Kwon et al.(1998),
Wang & Lin(1998), Wang & Chou(1998) e Chant et al.(1999), propuseram-se ainvestigar o



problema de cargas méveis em estruturas. Apesar da crescente complexidade que vem sendo
atribuida a0 modelo estrutural, o carregamento continua sendo tratado como uma carga
simples e congtante. Em alguns casos, como por exemplo na andise de veiculos pesados
trafegando sobre pontes e viadutos, esta simplificagdo ndo € apropriada, pois necessita-se de
um subsistema que represente a dindmica veicular.

Aliando as vantagens do método dos elementos finitos a versatilidade da técnica dos
grafos de ligacdo, Da Silva(1994) apresentou um procedimento para a representacéo de uma
estrutura que esteja acoplada a subsistemas de naturezas fiscas distintas.

Utilizando este procedimento, Bessa(2000) investigou o comportamento dinamico de
vigas e placas com condigdes de contorno arbitréarias e submetidas a subsistemas mecanicos
em movimento com diferentes niveis de complexidade.

Neste trabaho andisase ainteracdo de uma viga com um carregamento oriundo de um
subsistema mecanico que possua uma dindmica propria. Apresenta-se, ainda, um modelo
especifico para a andise do comportamento de um trem interagindo com uma ferrovia.

2. MODELAGEM DO SISTEMA
2.1. Viga submetida a um oscilador movel

A abordagem do problema de cargas moveis em vigas, através de uma metodologia
cléssica, pode representar um grande desafio quando o carregamento mével € proveniente de
um subsistema mecénico, como por exemplo, no modelo fisico ilustrado na Figura 1(a).

A técnica dos grafos de ligacdo tem se mostrado como a alternativa mais apropriada,
guando se necessita analisar um sistema composto por subsistemas de natureza distinta
Devido a sua caracteristica modular, esta técnica permite que o modelo representativo de cada
subsistema sgja desenvolvido separadamente, e mediante o acoplamento destes modelos,
torna-se possivel a avaliacdo do comportamento global do sistema dinamico. O grafo de
ligac8o proposto para arepresentacdo deste sistema é apresentado na Figura 1(b).
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Figura 1. (a) Modelo fisico do sstema e (b) Grafo de ligagdo do sistema

A parte deste grafo correspondente a estrutura baseia-se no modelo proposto por Da
Silva(1994), e aplica-se a qualquer estrutura que possa ser representada em termos de suas
matrizes de massa[M], de flexibilidade [K]™ e de amortecimento [B], representadas na Figura
1(b) pelos campos multiportas I, I e IR respectivamente. Para o oscilador foi construido um
grafo no qual estivessem incluidos seus efeitos inerciais (m), capacitivos (]/ k) eresistivos (c),
caracteristicos de um sistema massa-mola-amortecedor .



Pelo fato do oscilador estar em movimento, seu ponto de contato com a estrutura varia a
cada instante de tempo. Deste modo, como o carregamento ndo limita-se apenas aos nos,
torna-se necessaria sua representacdo no interior do elemento de viga.

Na técnica dos grafos de ligacdo esta funcdo € desempenhada por um multitransformador
modulado (M T IF), cujo médulo é definido através das fungdes de interpolagéo, caculadas
no ponto de contato do oscilador com aviga.

Para um elemento de viga Bernoulli-Euler, utiliza-se as func¢des de interpolacdo cubicade
Hermite (Reddy, 1993), apresentadas a seguir em funcdo das coordenadas locais do elemento.

L

onde he € 0 comprimento do elemento de viga.
Deste modo, definidas as funcbes de interpolacdo, determina-se os coeficientes das

matrizes elementares de massa (M ) erigidez (K ).

Ki =El e (d 2@° [dx® Xd 2 /dx°® )dx (2)
M} = PAL= @Fgfdx 3

onde E, I, p e A sdo, repectivamente, o0 modulo de elasticidade, 0 momento de inércia, a
massa especifica e a &rea da secéo retadaviga.

A matriz de amortecimento do modelo estrutura pode ser obtida através de uma
combinagdo linear das matrizes de massa e rigidez, conhecida como amortecimento
proporciond.

B/ =a M + B K, (4)

Estas matrizes foram definidas, através de uma formulagdo consistente, paraum elemento
isolado da malha. Para a construcéo das matrizes globais [M], [K] e [B], que so utilizadas
por este procedimento para a representacd0 da estrutura, deve-se compatibilizar os
deslocamentos nos graus de liberdade do modelo, impondo condigbes de continuidade e
equilibrio as varidveis primérias e secundérias.

Assim, 0 modelo de estado obtido a partir do grafo da Figura 1(b), escrito em funcdo das
variaveis de esado de entrada do sistema, € apresentado na Equacéo 5.
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onde p, e g4 S8 0s vetores com as quantidades de movimento e com 0s deslocamentos
associados a cada grau de liberdade do modelo estrutural, ps, gs € e; representam aquantidade
de movimento, o deslocamento e 0 peso relativo a massa do oscilador.

Deve-se ressaltar que o médulo do multitransformador {®}, € um vetor cujo niimero de
coeficientes depende do nimero de graus de liberdade do modelo estrutural. Porém, apenas
guatro destes coeficientes, correspondentes aos graus de liberdade do elemento de viga no
gual a carga esteja atuando, assumem valor diferente de zero. Assim, existe um sub-vetor
4x1, que a medida que a carga se move para 0 proximo eemento, ele se desloca para 0s
graus de liberdade representativos deste elemento.

Os valores dos termos deste sub-vetor podem ser caculados a partir das funcdes de
interpolacdo do elemento. Como a carga estd em movimento sua posicdo X pode ser
substituida por:

x=v Ot-t.) (6)
ondev é aveocidade do oscilador et € 0 ingante em que o osilador entrano e emento.
2.2. Aplicativo: interacio trem —ferrovia

A dindmica dainteracdo entre trens e ferrovias possui uma série de questdes que aindanéo
foram resolvidas. Um dos principais problemas encontrados, consiste na deterioracdo dos
trilhos, devido a passagem de vagbes de trens. Portanto, a melhor compreensdo do

comportamento dindmico deste sistema (ver Figura 2), pode significar uma reducdo nos
custos de manutencéo de uma ferrovia.

Figura 2. Modelo Rea

Para representar corretamente este sistema dinamico, € de extrema importancia que sgja
consderada a influéncia do terreno, no qual os trilhos estggam apoiados. O modelo fisico
proposto, consiste em um sistema massa-mola-amortecedor, deslocando-se com uma
velocidade constante, sobre uma viga simplesmente apoiada em uma fundagéo eléstica

Como pode ser observado na Figura 3, a fundagéo elastica, utilizada para representar o
terreno, foi modelada como sendo uma série de molas (kf ) e amortecedores (cf ) linearmente

distribuidos ao longo de todo o comprimento da viga.
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Figura 3. Modelo fisico



Deste modo, as matrizes caracteristicas deste modelo estrutural, podem ser obtidas

através da smples adicdo das matrizes do elemento de viga Bernoulli-Euler (Kjj e Bj), com

as matrizes relativas a fundago elastica (K, e B).

Ky = @tk gdx (7)
B =f@c pfox (8)

Degtaca-se que, como ndo existe nenhum efeito inercial associado a fundagdo elastica, a
matriz elementar de massa permanece idéntica a matriz de massa do eemento de viga
Bernoulli-Euler.

Devido a caracteristica generdizada da técnica dos grafos de ligacéo, e a versatilidade do
método dos elementos finitos, pode-se representar este sistema, utilizando o mesmo grafo de
ligacdo desenvolvido para o modelo fisico da Figura 1(a).

3. RESULTADOSOBTIDOS
3.1. Viga submetida a um oscilador movel

Utilizando um codigo computacional, desenvolvido em FORTRAN 90, smulou-se o
comportamento dindmico da estrutura para diferentes velocidades do carregamento, e
comparou-se 0s resultados obtidos com resultados provenientes da literatura.

As propriedades de cada subsistema, utilizadas para a comparagédo dos resultados, foram:
(1) Vigade 1,1938 m modelada com doze elementos e engastada nas suas duas extremidades,

secdo reta com 0,0342 m de largura por 0,1491 m de atura; p=29602x10° kg/m?
E =104,79 GPae (2) Oscilador; m=9,0641kg; k =8,3459x10° N /m; ¢=1739517N.s/m.
A Tabela 1 apresenta o fator dindmico de amplificagdo (Fgin), definido como sendo a
razédo do maximo dedocamento dindmico pelo méximo dedocamento estético
(W, = FL’/192E1 ), para diferentes parametros adimensionais de velocidade (T / 1). O simbolo

T representa o periodo fundamental da estrutura, enquanto T € tempo necessario para o
oscilador percorrer todo o véo daviga.

Tabela 1. Fator dinamico de amplificago (Fgin)

T/1 Este trabalho Lin e Trethewey(1990)
0,1 1,017 1,028

0,5 1,245 1,206

1,0 1,548 1,533

1,5 1.459 1,460

2,0 1,281 1,307

Verificase que a méxima discrepancia entre os fatores dindmicos de amplificacdo
obtidos por este trabalho e pelos obtidos na referéncia esta em torno de 3%. Ressalta-se que 0s
resultados apresentados Lin e Trethewey(1990) foram obtidos a partir de um modelo em
elementos finitos, cuja malha era composta por apenas quairo eementos de viga, e as
equagdes relativas aos graus de liberdade de rotagdo (0w/0x) foram resolvidas estaticamente

parareduzir o tempo de processamento.



O deslocamento transversal do né central daviga em funcéo da posicéo do carregamento,
€ apresentado na Figura 4, para cada parametro adimensional de velocidade da Tabela 1.
Destaca-se que 0 oscilador s estd em contato com avigano intervalo 0< x/L <1, portanto os

deslocamentos para x/L >1 correspondem avibracdo livre da estrutura.

T/t

Wdin / West

0.00 0.40 0.80 1.20 1.60 2.00
/L

Figura 4. Dedocamento vertical do centro daviga em funcdo da posicdo do oscilador

Observando a Tabela 1 e a Figura 4, pode-se constatar a presenca de uma velocidade
critica, para a qual o deslocamento dindmico apresenta um vaor maximo. Este deslocamento
dindmico méximo foi identificado (Bessa, 2000), para 0 caso de uma carga movel simples,
como sendo 73,5% maior que o dedocamento estatico maximo (Fgin = 1,735), e ocorria
guando o tempo necess&rio para a carga percorrer todo o vao davigaera0,81 vezes o periodo
fundamental (T / 1 =1,234). Para o caso de uma viga submetida a um oscilador, a velocidade
critica do sistema depende da razéo entre amassado osilador e amassadaviga (m/M,, ).

Apresenta-se a seguir o deslocamento dindmico de uma viga para dois diferentes
pardmetros de massa. Pela Figura 5(a), verifica-se que para um carregamento com velocidade
abaixo da velocidade critica (velocidade subcritica), as maiores amplitudes de deslocamento
ocorrem para os valores mais elevados de m/M,, . No entanto, para velocidades supercriticas,

como mostra a Figura 5(b), observa-se exatamente 0 inverso, as maiores amplitudes de
deslocamento ocorrem para 0s menores vaoresde m/M, .

2.00 2.00

Carga Simples

—A— miMv=20

1.00 —

Wdin / West
Iy
Wdin / West

2.00 2.00
I I I I I I I I
0.00 0.40 0.80 120 1.60 2.00 0.00 0.40 0.80 120 1.60 2.00

(@) )
Figura 5. Dedocamento vertical do centro dapara: (&) T/t =0,5 e(b) T/t =15



Degtaca-se que os gréficos relativos a uma carga simples foram incluidos na Figura 5
apenas para demonstrar que esta simplificacdo nem sempre representa adequadamente a
redidade, e deve ser adotada somente quando a massa do subsistema representar uma
pequenafracdo da massa da estrutura.

3.2. Aplicativo: interacdo trem —ferrovia

Para apresentar aguns resultados de simulacdo, que ilustrem o comportamento do trilho e
do vagdo interagindo entre si, consderou-se um sistema com as seguintes propriedades: (1)
Trilho de ago de 500 m, com uma secdo reta de 10 cm de largura por 10 cm de dtura e

& =£,=5%; (2) Fundagdio elastica com rigidez k, =4x10"N/m? e amortecimento
c, =1,5%10*N.¥m?% (3) Vagdo com m=40.000kg, k =6x10" N/me c=4x10° N.g/m.

A Figura 6 mostra o desocamento dindmico do trilho modelado com 20 elementos,
submetido aum vagéo com velocidade constante de 50 m/s.

2.00E-4 6.56E-3

6.55E3 —|

0.00E+0 —

E 6s54E3

Deslocamento (m)
L
Deslocamento (m)
L

6.53E3 —|

-2.00E-4 —
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-4.00E-4 T T T T 6.51E-3 T T

I I
0.00 2.00 4.00 6.00 8.00 10.00 0.00 2.00 4.00 6.00 8.00 10.00
Tempo (s) Tempo (s)

(€Y (b)
Figura 6. Dedocamento vertical: (a) do trilhoem x=L/2 e (b) do vagéo

Ressta-se que outros resultados, podem facilmente ser obtidos através do codigo
computacional desenvolvido. Para o veiculo, por exemplo, pode-se avaiar a variagdo dos
esforcos, das acderacdes, das velocidades e dos dedocamentos, relativos a cada um de seus
componentes (mola, amortecedor e inércia).

Para a estrutura, além dos deslocamentos associados a cada grau de liberdade, poderia se
explorar os esforcos, as deformacdes e as tensdes atuantes.

4. CONSIDERACOESFINAIS

Uma andlise do comportamento dindmico de uma viga submetida a um carregamento
move foi apresentada. Verificou-se, através dos resultados obtidos, que o comportamento do
sistema esta diretamente relacionado com a velocidade desenvolvida pelo carregamento.

Investigou-se a influéncia que a massa do subsistema exerce sobre a resposta da estrutura.
Deste modo, foi constatado que para velocidades subcriticas, 0 aumento da massa do
oscilador proporciona uma maior amplitude no desocamento dindmico daviga, ao passo que
para velocidades supercriticas, ocorre justamente o contrério.



Verificou-se, também, que o carregamento sO deve ser aproximado por uma carga

smples, quando a massa do subsistema for desprezivel, se comparada com a massa da
estrutura. Portanto, para a andlise da interago entre estruturas e veiculos pesados, a dinamica
veicular precisa ser considerada.

E importante lembrar que os resultados aqui discutidos, limitaram-se a considerar uma um

carregamento com velocidade congtante . Porém, nada impede que o oscilador assuma um
movimento do tipo uniformemente variado.

Embora tenha-se analisado apenas vigas bigpoiadas ou com engastes em ambas as

extremidades, devido a versatilidade do método dos elementos finitos, este procedimento
permite que vigas com as mais diversas condi¢des de contorno, apresentando inclusive,
apoios intermediérios, possam ser analisadas.

5.
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Resumo

Procura-se, neste trabalho, apresentar uma formulagcdo para o estudo da interacdo entre uma
estrutura, representada por uma placa, e um carregamento oriundo de um subsistema
mecanico em movimento, que percorra uma trgjetéria qualquer ao longo da superficie da
placa. O efeito de par@metros importantes do subsistema, como por exemplo, sua velocidade,
sua trajetéria, e suas caracteristicas mecanicas, sdo levados em consideracéo na andlise da
resposta da estrutura. Utiliza-se 0 método dos elementos finitos e a técnica dos grafos de
ligacdo na modelagem do sistema. O modelo matemético obtido na forma de equagdes de
estado permite uma andlise fisica do sistema global, isto € uma andlise do comportamento
dindmico da estrutura de placa e do subsistema mecéanico, interagindo entre s. S&o
apresentados resultados de smulacdo para a validacdo do procedimento, com o intuito de
destacar aimportancia de um modelo que considere o comportamento globa do sistema.

Palavras-chave: Dinamica, Vibragdes, Cargas M oveis, Elementos Finitos, Grafos de Ligagéo
1. INTRODUCAO

A andlise dindmica do problema de cargas méveis em placas é de grande importancia
para algumas areas da engenharia mecanica, civil e aeroespacial. Em boa parte dos casos, 0
carregamento pode perfeitamente ser representado por uma carga constante, concentrada ou
linearmente distribuida. Porém, nem sempre esta smplificacdo representa adequadamente a
reaidade.

Com o desenvolvimento de novos materiais e 0 crescimento dos transportes urbanos de
massa, pontes e viadutos tém se tornado cada vez mais esbeltos, a medida que Onibus e trens,
por sua vez, tornam-se mais pesados. Devido a esse aumento da relacéo entre o peso do
veiculo e 0 peso da estrutura, para que um modelo represente bem esta interacdo, a dindmica
veicular precisa ser considerada. Essa necessidade, porém, esbarra na dificuldade de se
consderar, em um mesmo modelo, subsistemas de parametros distribuidos e concentrados
gue intergjam entre si.

Apesar da grande maioria dos trabalhos, Henchi et al.(1997), Wu & Shih(1998), Kwon et
al.(1998), Wang & Lin(1998), Wang & Chou(1998) e Chant et al.(1999), abordar o problema
de cargas moveis através de modelos simplificados, onde o carregamento € constante e a
estrutura é representada por uma viga, alguns autores propuseram-se a investigar o
comportamento de uma placa submetida a um carregamento movel.



Considerando o efeito do cisalhamento e da inércia rotatoria e desconsiderando o regime
transiente do modelo estrutural, Jahanshahi e Monzel(1965) e Adler e Reismann(1974),
utilizando a teoria de Mindlin para placas analisaram o0 comportamento uma placa infinita sob
a acdo de um carregamento move distribuido em linha perpendicularmente a sua trajetoria.

Utilizando o método dos elementos finitos para discretizar a estrutura, Taheri e
Ting(1990) analisaram o comportamento dindmico de uma placa de Kichhoff submetida a
uma carga simples.

Através de uma formulacdo baseada na analise moda e na técnica dos grafos de ligagéo,
Da Silva e Bessa(1999), andisaram a interacdo entre uma placa de Kichhoff e um
carregamento oriundo de um subsistema mecanico em movimento. Apesar de sua grande
eficiéncia esta metodologia esta condicionada ao conhecimento das autofungdes do modelo
estrutural.

Aliando as vantagens do método dos elementos finitos a versatilidade e da técnica dos
grafos de ligacdo, Da Silva(1994) apresentou um procedimento para a representacéo de uma
estrutura que esteja acoplada a subsistemas de natureza fisica distinta.

Utilizando este procedimento, Bessa(2000) investigou o comportamento dindmico de
vigas e placas com condigdes de contorno arbitréarias e submetidas a subsistemas mecanicos
em movimento com diferentes niveis de complexidade.

Neste trabalho analisa-se a interacéo de uma placa de Kichhoff com um carregamento
oriundo de um subsistema mecanico que possua uma dinamica prépria. Apresenta-se, ainda,
um modelo especifico para aandise dainteracéo veiculo-estrutura.

2. MODELAGEM DO SISTEMA
2.1. Placa submetida a um oscilador mével

A abordagem do problema de cargas moveis em placas, através de uma metodologia
cléssica, pode representar um grande desafio, quando o carregamento moével € proveniente de
um subsistema mecénico, como por exemplo, no modelo fisico ilustrado na Figura 1(a).

A técnica dos grafos de ligagdo supera esta dificuldade, pois permite que um sistema
complexo, sga dividido em subsistemas mais smples, e que podem ser posteriormente
acoplados, para a obtencdo do modelo matemético representativo do sistema globa. O grafo
de ligagc@o proposto para a representacdo deste sistema € apresentado na Figura 1(b).
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Figura 1. (a) Modelo fisico do sstemae (b) Grafo de ligagdo do sistema



A parte deste grafo correspondente a estrutura baseia-se no modelo proposto por Da
Silva(1994), e aplica-se a qualquer estrutura que possa ser representada em termos de suas
matrizes de massa[M], de flexibilidade [K]™ e de amortecimento [B], representadas na Figura
1(b) pelos campos multiportas I, I e IR respectivamente. Para o oscilador foi construido um
grafo no qua estivessem incluidos seus efeitos inerciais (m), capacitivos (]/ k) eresistivos (€),
caracteristicos de um sistema massa-mola-amortecedor .

Pelo fato do oscilador estar em movimento, seu ponto de contato com a estrutura varia a
cada instante de tempo. Deste modo, como o carregamento ndo limita-se apenas aos nos,
torna-se necessaria sua representacdo no interior do elemento de placa.

Na técnica dos grafos de ligacdo esta funcdo € desempenhada por um multitransformador
modulado (M T '), cujo modulo € definido através das fungdes de interpolacdo, caculadas
no ponto de contato do oscilador com aviga.

As matrizes elementares do modelo estrutral foram definidas, através de uma formulacéo
consstente, para um elemento de dezesseis graus de liberdadade (quatro graus de liberdade
por n6 — w, aw/ax, aw/dy e d°w/axdy). As funcdes de interpolagio para este elemento s3o
obtidas a partir do produto das fungbes de Hermite unidimensionais nas diregdes x e y.

Para a construcdo das matrizes globais [M], [K] e [B], que sdo utilizadas por este
procedimento para a representacdo da estrutura, deve-se compatibilizar os esforgos e
deslocamentos nos graus de liberdade do modelo, impondo condi¢bes de continuidade e
equilibrio as varidveis primarias e secundarias.

Assim, 0 modéeo de estado obtido a partir do grafo da Figura 2, escrito em funcéo das
variaveis de esado de entrada do sistema, € apresentado na Equacéo 1.
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onde p, e g4 S80 0s vetores com as quantidades de movimento e com os deslocamentos
associados a cada grau de liberdade do modelo estrutural, ps, s € e representam a quantidade
de movimento, o deslocamento e 0 peso relativo a massa do oscilador.

Deve-se ressadltar que o médulo do multitransformador {®}, € um vetor cujo nimero de
coeficientes depende do nimero de graus de liberdade do modelo estrutural. Porém, apenas
dezesseis destes coeficientes, correspondentes aos graus de liberdade do elemento de placano
qual a carga esteja atuando, assumem valor diferente de zero. Assim, existe um sub-vetor
16 x1, que a medida que a carga se move para 0 proximo elemento, ele se dedoca para 0s
graus de liberdade representativos deste elemento.

Os valores dos termos deste sub-vetor podem ser caculados a partir das funcdes de
interpolacdo do elemento. Como a carga estd em movimento sua posicdo X pode ser
substituida por:

x=vt-t,) )

onde v é avedocidade do oscilador et. € 0 instante em que o osilador entrano e emento.



2.2. Aplicativo: interacdo carro —ponte

A técnica dos grafos de ligacdo tem se mostrado eficaz na solugdo de sistemas que
envolvam solicitagdes dindmicas, inclusive quando ha interacdo entre subsistemas com
elevado grau de complexidade. Assim, esta técnica torna-se perfeitamente aplicavd a
modelagem da interacdo entre um veiculo e uma ponte, como apresentado na Figura 2.

O modelo fisico proposto para representar este sistema consiste de um veiculo, modelado
com sete graus de liberdade, que trafega sobre uma ponte (placa apoiada por dois lados
opostos), discretizada pelo méodo dos eementos finitos e representada pela técnica dos
grafos de ligagéo.

Devido a modularidade da técnica de modelagem utilizada, o modelo dindmico global
pode ser obtido através do acoplamento dos grafos desenvolvidos, isoladamente, para cada
subsistema. Deste modo, o grafo multiligacéo representativo do sstema completo é
apresentado na Figura 2(c).
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Figura 2. (a) Subsistema estrutural; (b) Veiculo e (c) Grafo multiligacdo do sistema

A partir deste grafo, pode-se determinar as equacdes de estado do modelo, aqui escritas
nasuaformamatricial, em funcdo das varidveis de estado (X) e do vetor de entradas (U).

X = AX +BU (3
Y =CX +DU (4)

Neste caso, osvetores X, U e Y, easmatrizes A, B, C e D, presentes no modelo de estado,
podem ser expressos por:
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onde [N] e [®] sio os médulos dos transformadores, expressos por:
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Os elementos {<D} , damatriz [<D] , S80 Os vetores responsavels pela representacéo de cada

roda do veiculo, nos pontos de contato situados no interior do elemento de placa.
Dedacase, que para modelar o veiculo, foram adotadas algumas propriedades
caracteristicas da &rea de dindmica veicular. A matriz [M V] , por exemplo, contém asinércias

referentes ao deslocamento vertical (m) e aos deslocamentos angulares (Ix e 1y) do veiculo, ao

passo que a matriz [M R] , representa a massa de cada roda.
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As propriedades de rigidez e amortecimento da suspensdo e do pneu, foram incorporadas

ao modelo, através das matrizes;
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3. RESULTADOSOBTIDOS
3.1. Placa submetida a um oscilador mével

Utilizando um cdédigo computacional, desenvolvido em FORTRAN 90, smulou-se 0
comportamento dindmico da estrutura para diferentes velocidades do carregamento.

Nesta simulagdo, considerou-se uma placa de dimensdes. a=b=1m e h=0,001m,
discretizada por uma malha com dezesseis elementos. Para 0 oscilador, a massa (m) e a
rigidez (k) foram escolhidas, de modo que se obtivesse umarazéo m/M , =0,125(m/M, —

massa do oscilador dividido pela massa da placa) e uma freqiéncia natural (w) de 38,73 rad/s,
enquanto sua trajetéria foi definida ao longo de uma linha reta, paralelaao lado a daplaca, e

gue passava pelo centro desta estrutura.
Apresenta-se na Figura 3, o deslocamento transversal do né central da placa, para

diferentes parametros adimensionais de velocidade (T / 1). O simbolo T representa o periodo
fundamental da estrutura, enquanto T significa o tempo necess&rio para 0 oscilador atravessar
a superficie da placa.. Destaca-se que 0s deslocamentos a partir de x/a>1 correspondem a
vibrag&o livre da estrutura, pois neste instante o oscilador perde o contato com a estrutura.
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Figura 3. Deslocamento vertical do centro da placa em funcéo da posi¢éo do oscilador

Observando a Figura 3, pode-se constatar a presenca de uma velocidade critica, para a
gual o deslocamento dindmico apresenta um valor maximo.

Carga Constante
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Fdin
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Figura 4. Fator dinamico de amplificagdo pare{ diferentes velocidades do carregamento



A Figura 4 mostra a variagdo do fator dinamico de amplificagdo (Fgin), definido como
sendo a razdo do maximo dedocamento dindmico pelo maximo deslocamento estético
(W, =0,0116Fa?/D, , onde De € a rigidez flexional de uma placa isotrépica), em fungéo da
velocidade desenvolvida pelo carregamento. Verificase que para uma carga constante, 0
deslocamento dinamico transversal do centro da placa pode chegar a ser 57,5% vezes maior
que dedocamento estatico maximo (Fgin = 1,575) quando o tempo necessario para a carga
atravessar a placa for igual ao seu periodo fundamental (T/r = LO). Observa-se também que,
para um subsistema mecanico, sua inércia gera um desvio na curva do Fator Dindmico de
Amplificagdo. E interessante notar que, para uma velocidade pré-determinada, este desvio
causa uma diferenca no comportamento da estrutura. Consderando, por exemplo, a regiéo
acima da velocidade critica, verifica-se as maiores amplitudes de deslocamento ocorrem para
0 modelo com a carga constante, enquanto que em grande parte da regido abaixo da
velocidade critica, as maiores amplitudes acontecem para 0 modelo com o oscilador.

3.2. Aplicativo: interacéo carro —ponte
Procurando simular o comportamento dindmico deste sistema, considerou-se um veiculo
trafegando com uma velocidade constante de 20 m/s, sobre uma ponte, representada por uma

placa apoiada por dois lados opostos.
A Figura5, mostra o deslocamento vertical no tempo, do ponto central da ponte.
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Figura 5. Deslocamento vertica daponteem x=a/2 e y=b/2

Para 0 veiculo, apresenta-se, na Figura 6 as velocidades relacionadas ab movimento
vertical (Bounce) e as velocidades relacionadas aos movimentos angularesem y e X, (Pitch e
Roll, respectivamente).
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Figura 6. Velocidades relacionadas a0 : (@) Bounce 9,, (b) Pitch 4, e(c) Roll o,



4. CONSIDERACOESFINAIS

Uma andlise do comportamento dindmico de uma placa submetida a um carregamento
move foi apresentada. Verificou-se, através dos resultados obtidos, que o comportamento do
sistema estd diretamente relacionado com a velocidade desenvolvida pelo carregamento,
identificando, inclusive, a presenca de uma veocidade critica, para a qual o subsisema
estrutural apresenta suas maiores amplitudes de deslocamento.

Observou-se que o dedocamento dindmico transversal de uma placa simplesmente
apoiada, sujeita a uma carga simples, deslocando-se com uma velocidade constante, em uma
trajetéria paralela a um de seus lados, pode chegar a ser 1,575 vezes maior que deslocamento
estatico maximo, quando o0 tempo necess&rio para a carga atravessar a placa for igual ao seu
periodo fundamental (T/r :LO). Considerando que o carregamento atuante tenha sido
proveniente de um subsistema massa-mola-amortecedor, investigou-se a influéncia que a
massa do subsistema exerce sobre a resposta da estrutura.

Ressdta-se, através do modelo proposto para representar ainteracdo veiculo-estrutura, as
vantagens de se utilizar um procedimento generalizado e modular na representacdo de um
sistema de maior complexidade.
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Resumo

Este trabalho faz a avaliagdo da utilizacdo de uma modelagem de Elementos Finitos p
adaptativa em um processo de Otimizacdo Estrutural Evolucionéria (OEE) tendo como
critério de projeto atensdo equivalente de von Misses. Apresenta-se também uma comparacao
entre duas formas de se fazer a retirada gradual dos elementos da estrutura: retirando-os ou
alterando suas propriedades estruturais.

Os testes sdo realizados em estruturas planas, em exemplos de otimizagdo de forma e
topologia. A implementacéo € feita em um programa comercial mostrando a simplicidade do
método de otimizag&o.

Palavras-chave: Otimizacdo Evolucionaria, Estruturas, Método dos Elementos Finitos,
Elementos Hierarquicos.

1. INTRODUCAO

O Méodo dos Elementos Finitos (MEF) é uma técnica computacional utilizada na
modelagem de estruturas ou de um meio continuo através da montagem de peguenos
subdominios, que sdo os elementos, de modo a se ter uma discretizagcdo do dominio completo
[Cook,1989]. Cada elemento apresenta geometria simples facilitando sua andlise, o que
permite que um problema que antes ndo tinha ou apresentava solucdo analitica muito dificil,
sgja resolvido através da superposicéo de véarios problemas simples. A implementacdo deste
método sb é viavel usando-se computagdo intensiva.

Os resultados encontrados neste tipo de modelo sGo uma aproximagdo ou simulacéo
numérica da solugdo. A engenharia de ssmulagdo é realidade desde 1960, mas a partir de 1970
sistemas de simulacdo tem sido vendidos comercialmente, sendo que hoje em dia com o
desenvolvimento da eletronica digital e dos computadores, a smulagdo computacional de
sistemas complexos tem se tornado cada vez mais vidavel do ponto vista de tempo de
processamento e custo computacional [Cook,1989]. Como beneficios introduzidos pela
simulacdo computacional nos processos de projeto tem-se: refinamento de componentes,
descoberta e previsdo de problemas antes da construcdo do componente, otimizagdo do
desempenho e performance. Em resumo, como ja disse Bruce Irons, um dos pioneiros no



MEF,” Se houver a oportunidade de se melhorar um projeto, entdo alguém em algum lugar
estara tentando fazé-lo com o MEF’ [Xie, 1997].

ApoGs larga utilizacdo do MEF como poderosa ferramenta na andlise de tensdes e em
outras areas, a sua proxima utilizacdo se fez na otimizagdo de sistemas mecanicos. Com a
introducdo de algoritmos de otimizag&o, onde centenas de variaveis de projeto e restricdes
puderam ser manipuladas, o conceito de projeto otimizado tornou-se disponivel para
engenheiros e cientistas de uma forma confiavel, barata e de bom entendimento [ Xie, 1997].

Otimizagdo Estrutural € afusdo de varias &reas como: Engenharia, Matemética, Ciénciae
Tecnologia, que tem como objetivo a melhor performance para uma dada estrutura. A maioria
dos métodos tratam o problema de uma forma matematica onde procura-se maximizar ou
minimizar uma caracteristica do sistema. Em contrapartida a este rigor matematico, um
método de otimizacdo evolucionério foi desenvolvido por pesquisadores da Austrdlia (Xie e
Steven), onde o processo de otimizacdo € feito de uma forma mais intuitiva e heuristica
[Xie,1997].

Xie e Steven vém propondo um método de otimizacdo estrutural evolucionario (OEE)
desde 1992. O método € baseado na observacdo das estruturas da natureza como 0ssos, galhos
de é&vores e conchas, tentando-se explicar como estas estruturas adquiriram suas
caracteristicas ao longo do processo de evolucédo natural [Xie,1993]. Este método é baseado
no simples conceito de remocgdo gradual de material ineficiente da estrutura, sendo que o
material ndo removido tende a comportar-se como uma estrutura melhor adaptada a suas
fungbes. Uma importante caracteristica deste método é o seu fécil entendimento e
implementacdo [Xie,1997].

Existem basicamente trés tipos de otimizagdo estrutural: de topologia — que pode ser
exemplificado como a melhor localizacdo das barras de uma trelica, dimensional — que
determina os parametros geométricos como espessuras ou area da se¢do, e de forma— em que
se escolhe o formato do componente.

Varios tipos de projeto ja foram solucionados via OEE como por exemplo: minimizar o
peso de estruturas fazendo-se a remocdo segundo o nivel de tensdo [Xie,1993] ou com
restricdo relacionadas a deslocamentos [Nha Chu,1996]; maximizar ou minimizar uma
freqiéncia natural escolhida [Zhao,1997] ou ainda controlar o intervalo entre duas freguéncias
naturais de vibragdo de uma estrutura variando-se sua forma e topologia [Zhao,1997];
otimizar peso variando-se parametros dimensionais [Xie,1997]; otimizar forma com vistas a
reduzir concentracdo de tensdo [ Xie,1997].

Este trabalho apresenta um estudo da utilizacdo do método adaptativo-p de resolucéo no
processo OEE. O método é aplicado em problemas de otimizacdo de forma e topologia cujo
objetivo é a diminuicdo de peso, tendo como variavel de controle a tensdo de von Misses ao
longo da estrutura. Avalia-se também duas maneiras de se fazer a retirada gradual dos
elementos da estrutura. Os algoritmos foram implementados no sofiware ANSY S 5.4, usando-
se uma linguagem prépria, que permite a adequacdo do pacote comercia para fins de
otimizagdo evolucionéria[Silva, 1999].

2. PROCESSO EVOLUCIONARIO DE OTIMIZACAO

A remogdo gradual de material da estrutura determina a tendéncia da configuragdo desta
estrutura em direcdo a um 6timo, tendo-se a otimizacdo de forma e de topologia
simultaneamente. Este € o conceito simples de otimizac&o evolucionaria estrutural (OEE),
sendo que varios critérios de projeto podem ser admitidos no sentido de orientar esta retirada
de materia redundante da estrutura. Como critérios pode-se destacar tensdo méxima, rigidez
em uma determinada regido, frequiéncia natural, entre outros.



O critério escolhido para este trabaho foi a tensdo local. Na pratica apenas algumas
partes da estrutura estéo sujeitas a tensdes elevadas, tal fato leva aidéade retirada das regites
que estdo sendo pouco utilizadas, ou seja, aguelas em que os nivels de tensdo estdo bem
baixos, usando-se paraisso algum critério de regjeicao [Xie, 1993].

Este procedimento se inicia partindo-se de um dominio de trabalho grande o suficiente
para cobrir a &rea final da peca Em seguida divide-se este dominio com uma malha
suficientemente fina de elementos finitos e aplica-se as condic¢des de contorno, carregamento
e restrigdes, nos seus devido locais e determina-se a distribuicdo de tensdo ao longo da
estrutura.

Elementos séo retirados conforme um critério de rejeicdo RC que escol he aqueles com os
mais baixos valores de tensdo em toda a estrutura. Para 0 caso de estado plano de tensdo e
material isotrépico, atensdo utilizada € a equivalente de von Misses calculada no centréide do
elemento, que é definida como:

— 2 2 2
Ouor = \/ax +0,-0,0 +3r, (1)

onde oy 0y S50 as componentes normais do tensor de tensdes nas diregdesx ey e Tyy € a
componente de cisalhamento.

Inicialmente, elementos com valor oegy menor que o produto do RC pela 0ggy maxima
encontrada ao longo da estrutura sdo eliminados, sendo que RC também é chamada de razéo
de rgieicdo inicial RRy. O ciclo de eiminacdo de elementos € repetido até que ndo existam
mais elementos a serem retirados para RRy. A estrutura 6tima ndo € determinada em apenas
uma etapa, 0 processo evolucionario é adotado, ou sgja, adiciona-se a RRy uma razéo de
evolucdo ER e um novo ciclo de eliminacdo inicia-se até que ndo exista mais elementos a
serem eliminados para esta nova razéo de rejeicdo (RR = RRy+ER), a razdo de rejeicdo vai
sendo atualizada até se obter uma configuragdo otimizada.

Os vaores escolhidos para as constantes RR e ER devem ser peguenos,
aproximadamente 1%, para que se tenha uma melhor convergéncia e ndo seja retirado muito
material, a semelhanca do que ocorre nos processos evolutivos da natureza. A cada etapa
(RR) é possivel observar a nova forma e topologia determinada, bem como congelar alguma
parte da estrutura que ndo possa ser eliminada.

O processo evolucionério pode ser resumido assim:

1) discretizar o dominio de andlise com uma malha fina de elementos finitos,

2) determinar adistribuicdo de tensdes para as restri¢oes e carregamentos,

3) selecionar e remover 0s e emento com Oegv < Oeqv maximaX RR,

4) repetir passos 2 e 3 até ndo haver elementos sel ecionados,

5) atudizar RR einiciar novaretirada de elementos repetindo-se 0s passos 2, 3 e 4,

Como exemplo analitico de estrutura otimizada com o uso do OEE, é apresentada uma
estrutura de Michell mostrada na Figura 1-a [Hemp,1973]. O dominio de projeto tem
dimensdes 2H x H e foi discretizado em 50 x 25 elementos quadrilateral bilineares de estado
plano de tensdo. Os nds dos cantos inferiores foram fixados e uma carga nodal foi aplicada na
metade do lado inferior do dominio inicial, conforme Figura 1-b.O processo evolucionario
teve inicio com RRy = 1%, araz&o de evolugdo ER =0,5%, e os elementos foram retirados da
estrutura modificando a topologia da matriz de rigidez global.

A figura 2 mostra diferentes etapas do processo evolucionario para RR igual a 5%,
12,5% e 19,5%.

A forma otimizada foi acangada para RR=19,5%. Em cada passo de RR foram
necessarias 3,5 iteragdes em média. Observa-se uma concordancia do angulo de 45° entre a
solugcdo numérica otimizada e a solucéo analitica mostrada na figura 1-a. A distribuicdo das
barras na forma final ndo se apresentou idéntica, mas € bastante semelhante a encontrada por



Steven [ Xie,1993], o que pode ser explicado pelo fato da estrutura de Michell assumir solucéo
para elementos de barra pivotados onde a forca é aplicada, a0 passo que 0 modelo

evolucionario é continuo[ Xie, 1997].
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Figura 1. @) Estrutura de Michell e b) dominioinicia de projeto
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Figura 2. Etapas do processo evolucionario para RR = 5%, 12,5% e 19,5%
3. ELEMENTO HIERARQUICO E O PROCESSO EVOLUCIONARIO

No contexto deste trabalho a adaptatividade é o processo de modificacdo da discretizacéo
dos elementos finitos com o objetivo de buscar uma melhor precisdo no célculos dos campos
de deslocamentos, deformacdes e tensdes. Desta forma, a estimativa e o controle dos erros é
feita através de uma série de modificagdes sisteméticas na aproximacdo, geralmente
aumentando o nimero de graus de liberdade no final de cada modificag&o.

Dois tipos de adaptatividade sdo os mais utilizados. O primeiro consiste em variar o
tamanho dos elementos, que é chamada de versao h do método. Pode-se mostrar [ Cook,1989]
gue a medida que a malha é refinada, a solucdo tende a convergir para a solucdo exata do
modelo matematico que se esté resolvendo. O segundo tipo € baseado no aumento da ordem
das fungdes de interpolacdo do elemento, que € chamada de versdo p [Babuska, 1986] do
método adaptativo.

Este método oferece duas vantagens. elementos p que sdo de grande tamanho absorvem
melhor problemas de distor¢do da malha e a topologia da malha nd&o se modifica como
resultado da adaptatividade.

Uma vez que na otimizagdo evolucion&ria estrutural proposta por Steven a posicdo dos
elementos ndo € dterada, pois a modificacdo da topologia da estrutura ocorre com a
eliminagdo dos elementos, introduziu-se 0 método adaptativo p no processo evoluciondrio
com a intencdo de se ter um calculo mais preciso do campo de tensdes do modelo. Estando
melhor avaliadas as tensdes, espera-se um melhor desempenho do método de otimizacdo em
relacdo arazdes de evolugdo e até mesmo mudangas nas etapas do processo evoluciondrio.

O agoritmo de otimizac&o evolucionaria adaptativa p pode assim ser resumido:

1) discretizar o dominio de andlise com uma malha fina de el ementos finitos,

2) determinar 0 campo de deslocamentos e tensdes da estrutura,

3) calcular erro na norma de energia dos elementos e selecionar aqueles com erro maior

que 5%,

4) aumentar em um grau a ordem das fungdes de forma dos elementos selecionados no

item 3,

5) repetir 2, 3 e 4 até acancar a convergéncia reguerida para todos os elementos,

6)selecionar e remover 0s e emento com Oeqv < (Oeqv maxima X RR),



T)repetir 4 a6 até ndo haver elementos sel ecionados,

8)atualizar RR e repetir einiciar nova retirada de elementos partindo-se do item 4,

O mesmo exemplo anterior foi resolvido usando-se o algoritmo descrito acima, estando
os resultados obtidos registrados na Figura 3, onde observa-se que a forma final obtida é
semelhante. No proximo item os métodos sdo comparados.

4. RESULTADOS

Varios testes numéricos foram realizados para se verificar a influéncia da modelagem
adaptativa p (michellpc) no processo de otimizacdo estrutural evolucionaria. A seguir serd
feitaa comparacdo desta modelagem com o processo evolucionério convenciona (michellhc).

Em todos os casos a maha inicial, as condi¢des de contorno e o carregamento foram
mantidos iguais. Para o michellpc adotou-se como critério de erro limite 5% na energia de
distorcdo [Zienkiewicz, 1987], sendo que as func¢bes de forma (hierarquica) de cada elemento
eram acrescidas em um grau quando a convergéncia requerida ndo era alcangada, ou sgja,
comparando-se 0 erro da norma da energia da Ultima iteracdo com a anterior e verificando se
adiferenca era menor que 5%.

Figura 3. Etapas do processo evolucionério para RR = 5%, 12,5% e 16,5%

Com a utilizacdo do método-p houve um evidenciamento de erros devido a concentracéo
de tensdo que promoveram valores de tensdo maxima 50% em média superiores aos vaores
encontrados com o método de resolucdo convencional, conforme mostrado na Tabela 1.

Tabela 1. Valores de tensdo méxima ao longo do processo evolucionario

RR(%) M étodo-p Convencional

Ogqv Maxima(Pa) | Oggv méxima (Pa)
25 15333,3 9578,9
5,0 15546,1 9662,0
7,5 16470,5 10187,9
10,0 16469,4 10671,5
12,5 174446 10813,8
15,0 16640,1 11040,6
16,5 16635,5 11035,0
17,5 Colapso 115524
19,5 Colapso 11566,8
>19,5 Colapso Colapso

O fato de se obter tensdes méximas superiores para 0 michellpc determina uma maior
retirada de elementos para cada RR, uma vez que os elementos sdo selecionados baseado no
produto da RR pela tensdo maxima encontrada na estrutura. A Figura 5-a mostra a evolucéo
do volume, sendo que o michellpc atingiu a estrutura 6tima para RR=16,5% e o michellhc em
RR=19,5%. Td fato pode também ser comprovado comparando-se as configuracGes para
RR=12,5% mostradas nas Figuras 2 e 3. Pode-se observar uma estrutura mais esbelta
referente ao michellpc.



Volume (%)

No processo adaptativo-p os elementos com fungdes de ordem mais alta localizaram-se
proximos as restricdes e nos pontos de retirada de elementos, pois nestes pontos o contorno
perde suavidade causando certa singularidade, o que causa uma perda de precisdo nos
caculos. Tal fato pode ser comprovado observando as regifes mais escuras da Figura 4.

O numero médio de iteracdes para cada RR foi de 3,5 para o michellhc e de 3,7 para o
michellpc, que teve seu tempo de resolucdo por iteracdo inicialmente maior. Com maior
retirada dos elementos, ou melhor depois de RR=3,5%, o tempo de resolugcdo por iteracdo
para michellpc tornou-se menor, conforme mostrado na Figura 6-a.

Figura 4. Elementos hierarquicos p paraRR = 2,5%, 5% e 7,5%

A fim de diminuir a excessiva concentracdo de tensdo evidenciada pelo método
adaptativo p, sera feita a comparagdo novamente para os dois casos. médodo adaptativo p e o
método convencional com cargas distribuidas. Os exemplo serdo identificados por michellpd
e michellhd respectivamente.

O que se verificou é que o michellpd apresentou tensdes méximas em um patamar
superior, 15% em média, mas 0 colapso se deu praticamente para 0 mesmo valor de RR,
sendo RR=31,5% para o michellpd e RR=32% para o michellhd, conforme Figura 5-b. Os
tempo de resolucéo foram equivalentes, sendo que depois de RR=13%, Figura 6-b, o tempo
de resolugdo para o michellpd ficou menor. O nimero médio de iteragBes para cada RR foi de
4,9 para o método convencional e de 3,7 para o método-p.
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Figura 5. Variacéo do volume em funcdo da RR, a)carga concentrada.,b) carga distribuida

Outro ponto analisado, refere-se a forma como é feita a retirada dos elementos ao longo
do processo evolucionario. Duas maneiras sdo apresentadas. retirando os elementos do
modelo, ou alterando as propriedades estruturais dos elemento selecionados. Neste caso €
imposto médulo de elasticidade E muito pequeno, de tal forma que a contribuicdo destes
elementos na rigidez do sistema passa a ser desprezivel, ou sga, 0s elementos sdo
considerados mortos estruturalmente. As condi¢fes de contorno sdo do tipo concentrada, e ja
descritas inicialmente, e o método de resolucdo € o convencional em ambos 0s casos.



Observou-se que as duas formas sdo idénticas no que diz respeito a0 nimero de
elementos retirados, tensdo maxima, tensdo minima e configuracdes geradas para cada valor
de RR. A diferenca se deu na RR de colapso e no tempo total de resolucéo.

No caso em que os elementos foram retirados da estrutura, o colapso se deu em
RR=19%, e para 0 caso que 0s elementos foram mortos o colapso se deu em RR=24%. Para o
primeiro caso, embora a retirada de elementos tenha sida idéntica ao segundo, depois de
RR=19% surgem instabilidades numéricas que causam 0 colapso, pois elementos ficam
ligados entre si por um nO apenas, determinando antecipadamente o aparecimento de
singularidades. Em contrapartida, o tempo total de resolucéo se torna constante no modelo de
elementos mortos, uma vez que o0s elementos se tornam pouco rigidos e ndo sdo retirados da
estrutura, conservando-se 0 nimero total de graus de liberdade da estrutura. A Figura 7
mostra a evolucdo dos tempos de resolucdo em funcéo da razéo de rejeicdo para as duas
formas de se eliminar elementos.
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Figura 6. Variacdo do Tempo de Resolucdo em funcdo de RR, a)carga concentrada, b)
cargadistribuida
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Figura 7. Variacdo do Tempo de Resolucdo em funcéo de RR
5. CONCLUSOES:
O método evolucion&rio adaptativo proposto acelerou 0 processo evoluciondrio,

convergindo para a solucdes otimizadas em razdes de rejeicdo menores. As configuracfes de
forma e topologia encontradas concordam, de forma satisfatéria, com as solugdes analiticas e



numéricas encontradas na literatura. Os testes preliminares realizados mostram um pequeno
ganho do ponto de vista de custo computacional, quando comparado ao método evolucionério
convencional. Observa-se que este ganho € fortemente influenciado pelo nivel de
concentracdo de tensdo.

Nos exemplos estudados, 0 ganho em precisdo na avaliacéo das distribuicdes do campo
de tensdo ndo foi muito significativo na obtencéo das configuractes finais.

Quanto as maneiras de retirada dos elementos: retirando-os da estrutura ou aterando suas
propriedades estruturais, conclui-se que sdo idénticas até as etapas de evolucdo em que
instabilidades numéricas aparecem, sendo que quando elemento sdo retirados, a estrutura
resultante se torna singular antecipadamente. Uma implementacdo mais eficiente seria a
combinagdo das duas formas, iniciando-se com a retirada de elementos, e a partir de certa
etapa utilizar a modificacdo do médulo de elasticidade como forma de se anular os elementos
selecionados, umavez que a Ultima exige um maior custo computacional.

O método de otimizacdo estrutural evolucionario (OEE) é simples, de facil compreenséo
e pode ser implementado em qualquer codigo comercial.
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Resumo

A grande maioria das teorias propostas para analise do problema da fadiga multiaxial o fazem
segundo tres metodologias basicas. a) métodos baseados nas tensbes ou deformactes
equivalentes; b) métodos de plano critico e; ¢) métodos de energiaou do trabal ho de deformacéo.
As teorias de plano critico, desenvolvidas a partir da interpretacdo fisica dos mecanismos de
crescimento de trincas de fadiga sGo as que tem mostrado resultados mais promissores.
Entretanto, a aplicacéo destasteoriasndo étdo simples, pois nos carregamentos forade fase, os
eixosdastensdes e def ormagdes principais mudam de orientacdo ao longo do tempo, dificultando
a identificacdo do plano critico, e o calculo dos parametros envolvidos, mesmo nos casos de
carregamentos proporcionais. Nestetrabal ho € descrito um algoritmo paraimplementacéo dedois
model os de plano critico parafadiga multiaxial.

Palavras-chave: fadiga, fadigamultiaxial, carregamentos combinados, plano critico.
1. INTRODUCAO

Componentes mecanicos com fungdes estruturais sdo frequentemente submetidos a
carregamentos variaveis no tempo. Arvores de transmissio, eixos, barras de torcdo, vasos de
pressao, tubulacbes em plantas quimicas e refinarias, juncdes pas de turbina/rotor, componentes
aeronauticos e mesmo juncgoes parafusadas, entre outros, estdo frequentemente sob estados bi-
axiaisou tri-axiais de tensdo que, quando originados por carregamentos dinamicos, podem levar
ainiciacdo e propagacdo de trincas defadiga. O processo de fadiga sob estes estados complexos
detensdo é conhecidacomo Fadiga Multiaxial e suaconsideracéo é de fundamental importancia
para o correto dimensionamento e aumento da confiabilidade de componentes que na sua vida
operacional estejam submetidos a este tipo de carregamento. As primeiras investigagdes sobre
0 assunto datam do século passado, quando Lanza (1886) publicou os primeiros resultados de
testes envolvendo carregamento combinado de flex&o e torcdo. Ja neste seculo, Mason (1917),
Haigh(1923), Nishiarae Kawamoto (1941), Gough et al (1951) e Sines (1955), publicaram mais
resultados experimentais e formularam as primeiras hipoteses tedricas para explicar o processo
de fadiga sob cargas multiaxiais. Na tentativa de desenvolver teorias que possam ser utilizadas
nas situagdes mais gerais e complexas dafadigamultiaxial, mais de duas dezenas de modelos ja



foram propostos paratentar solucionar o problema. De um modo geral, asteorias jaapresentadas
sd0 derivadas a partir de trés diferentes abordagens. a) da tensdo ou deformacdo equivalente
(Sines, 1959), b) da energia de deformacdo (Garud, 1979, Ellyin et al., 1991, Ellyin e Golos,
1993, Liu, 1993 eGlinkaet al., 1995) €; ¢) do plano critico (Brown eMiller, 1973, Lohr e Ellison,
1980, Socie, 1987, Fatemi e Socie, 1988, McDiarmid, 1991, e Socie, 1993).

As teorias de tensdo ou deformacdo equivalente propdem a transformacéo das tensdes
multiaxiai s de amplitude constante em umaamplitude de tensdo uniaxial, aqual, assume-se, ira
produzir amesma vida a fadiga que as tensdes multiaxiais combinadas. A amplitude de tenséo
equivalente é entdo usada para determinar a vida a fadiga a partir de curvas S-N, obtidas em
ensaios convencionais de fadiga sob carregamento uniaxial alternado. Um modelo deste tipo
bastante conhecido foi proposto por Sines (1959) o qua estabelece que a tensdo cisalhante
octaedral admissivel € umafuncéo linear da soma das tensdes normais médias sobre os planos
octaedrais, expresso matemati camente como:

1
%{( 0-la B 0-2a>2 * (02a B 03a>2 + (ola B 0-3a )2}2 <4d-ua (oxm + 0ym + 0zm) (1)

onde gy, 0,,, € 0s,S30 as tensdes principais aternadas, g,,, 7, € 0, S0 as tensdes normais
médias, A éumaconstante parao material, proporcional aresisténciaafadigaparacarregamentos
aternados, e & € uma medida dainfluéncia datensdo média normal sobre aresisténciaafadiga
do material parauma vida esperada. A falha ocorrerd se o valor da expressao do lado esquerdo
exceder odoladodireito. A constante A é obtidaapartir de ensai 0s sob carregamentosalternados,

e & sob carregamentosrepetidos. Formul agdes baseadas nas def ormagdes também sdo utilizadas.

Araljo e Balthazar (1997) mostraram que o critério de Sines apresenta resultados satisfatorios
para o calculo daresisténcia a fadiga em carregamentos combinados de flex&o e tor¢éo em fase.

Entretanto, critérios deste tipo ndo prevéem o crescimento detrincas de fadiga de forma coerente
com o observado experimental mente poisndo consideraosaspecto fisicosdarespostado material

submetido a carregamentos dinamicos, isto €, ndo oferece uma interpretacdo em termos dos
processos de nucleacdo e crescimento de trincas, parte fundamental do processo de fadiga. O
modelo de Sines, por exemplo, prevé que a vida a fadiga € controlada pela amplitude da tenséo
cisalhante octaedral e, portanto, seria esperado que as trincas de fadiga propagassem nestes
planos, o que ndo ocorre, conforme mostrado por Socie (1987). Outro problema deste tipo de
critério € que sua aplicabilidade € restrita a carregamentos proporcionais, ou Seja, aos casos em
gue 0s eixos principais das componentes alternadas de tensdo permanecem invariaveis ao longo
do ciclo de carga.

Uma outra abordagem para o problema foi considerada através do uso da energia como
pardmetro de correlagdo para afalha por fadiga multiaxial. O método consiste em computar o
trabal ho plastico realizado em cada ciclo sob um estado multiaxial detensdes e correlacioné-lo
com avidaafadiga. Um método destetipo € o modelo de Garud (1979) o qual propde que avida
a fadiga para iniciagdo de uma trinca, N, , € uma funcdo do trabalho pléstico por ciclo de
carregamento, W, , expresso pela equagéo:

N, = F(W) @)

onde F € umafungdo a ser determinada experimentalmente a partir de ensaios sob controle de
deformacéo.

Combinando-se um modelo deste tipo com uma teoria de acumulagdo de dano, como a



Regra de Miner, por exemplo, pode-se fazer uma previsdo da vida a fadiga. Entretanto, para
determinar o trabalho pléstico realizado por ciclo é necessario o uso de rel agdes constitutivas de
plasticidade, o que tornadificil a utilizagdo préaticado modelo. Além disso a precisdo deste tipo
demodelo é questiondvel quando aplicadaafadigapoliciclica, onde asdeformagdes pl asticas so
muito pequenas ou inexistentes, o que tornaas estimativas do trabal ho pl &stico realizado em cada
ciclodificeiseimprecisas. Deacordo com Nelson e Tipton (1985) umapequenavariagdo no val or
do trabal ho de deformagdo pl asticaresultaem grandes discrepanciasnaprevisdo davidaafadiga

2. ASTEORIASDE PLANO CRITICO

Asteoriasde plano criti co sdo fundamentadas em observacdes experimentai smostrando que
as trincas de fadiga nucleiam-se e crescem inicialmente em planos preferenciais. As tensoes e
deformactes sdo determinadas em vari os planos durante um ciclo de carregamento parao mesmo
estado de tensdo e, uma combinagao empirica destas variavei s é entdo usada para prever o plano
mais severamente carregado ou “plano critico”, onde espera-se que as trincas de fadiga tenham
origem. Alémdolocal denucleagdo datrinca, tais par@metrostambém podem ser correl acionados
com avida por fadiga obtida a partir de simples testes de flex&o ou tor¢do alternada pura.

Brown e Miller (1973) afirmaram gue o plano critico € o plano de maxima amplitude da
deformacéo cisalhante e que as trincas poderiam crescer sobre estes paralelamente a superficie
(caso A) ou indo desta para o interior (caso B), como mostra a Fig. 1. Mais recentemente
Bannantine e Socie e (1985) e Socie (1987) mostraram que os planos criticos, ou os planos mais
provaveis de crescimento das trincas séo os planos de maximaamplitude da deformacéo normal
ou de maximaamplitude dadef ormacao cisal hante e que 0 processo de crescimento e propagacao
das trincas depende ndo apenas do tipo do carregamento aplicado, mas do material, assim como
da amplitude do carregamento.

Planos de Maxima amplitude
da deformagio cissalhante e diregéio
do Estagio I de crescimento da trinca

Plano e diregéio do
Estagio II de crescimento
da trinca
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Figura 1l - Caso A e B de formag&o dastrincas.

€3

Plano da Superficie

Como ha dois casos de crescimento das trincas de fadiga, Socie (1987) e Fatemi e Socie
(1988) mostraram que pelo menos 2 model os diferentes sdo necessarios paraaanalise dafadiga
sob estados multiaxiais de deformacdes: (a) 0 modelo da deformac&o normal, para falhas que
ocorrem devido a propagacdo de trincas normais (modo 1) e b) o0 modelo da deformacéo



cisalhante, parafalhas que ocorrem devido a propagacdo de trincas de cisalhamento (modo I1).

Dois modelos de plano critico tém sido amplamente usados e discutidos na literatura. O
critério SWT de Smith, Watson and Topper (1970) € apropriado paraprevisdo davidadetrincas
gue crescem em planos sujeitos a grandes deformacGes normais e que, portanto, crescem
inicialmente no Modo | (estégio I1). Este modelo é descrito pelaeg. (3)

I'=0__¢€ :(0;>Z

max a E

(ZNf)”’ + o; e; (ZNf *e 3

onde €, & aamplitude de deformagdo no plano de maxima amplitude de deformagdo e g, € a
maxima tensdo sobre este plano para um dado estado de tensdo. Note-se que de acordo com 0
parametro de SWT o plano critico é definido como o plano que experimentaamaior combinacéo
de €,0,.,,. Paraencontrar o valor maximo de /", correspondente ao plano critico, situado aum
angulo 6., medido em relacio aos planos principais ou outro referencial préviamente definido,
precisa-se cal cular os campos de tensdo e deformagao para cada passo de cargaem cadadiferente
ponto X,y daregido mais severamente carregada. Mais ainda, as equactes de transformacao de
tensdo e deformacéo devem ser usadas para avaiar o parametro em diferentes planos em cada
ponto e passo de carga. O lado direito daeg. (3) é adescricéo deumacurva e-N onde ¢; eb séo,
reséctivamente, o coeficiente e o expoente de resisténcia afadiga, e €' e c sdo o coeficiente e
expoente de ductilidade afadiga; E € o modulo de elasticidade e 2N; € o nimero de reversdes
necessarias para nuclear umatrinca de 1mm de comprimento.

ParasituacBesondeatrincacrescenoModo Il (estégiol), em planos sujeitosaaltos esforgos
cisalhantes, Fatemi e Socie (1988) propuseram o seguinte modelo:

/
I+a (0::") = (%](ZN],)’H Yf/r (ZNf)‘ 4)

onde ¥, € amaximaamplitude de deformagéo cisalhante e g, € a maximatensdo normal sobre
esteplano. g, éatensdo de escoamento e & € uma constante obtida a partir de ensaios de fadiga
uniaxiais e de torgdo pura, a qual se aproxima de um para vidas longas (>107) e diminui para
vidas curtas (Neu, Pape and Swalla-Michaud, 1999). Aqui, o plano critico € definido como o
plano experimentando a maior combinagdo ¥, e O, € para avaliar-se o valor maximo do
pardmetro ¥, usa-se um procedimento similar ao descrito anteriormente para o paramétro de
SWT. Novamente, o lado direito daeg. (4) representaacurva e-N paratestes de tor¢édo alternada
pura.

3. ALGORITMOSPARA IMPLEMENTCAO DOSMODELOSDE SWT EFS

A quantificagdo do dano por fadiga e determinag&o do plano critico € umatarefacomplexa
Um codigo quefosse capaz de descrever em detal hes os passos necessérios paraaimplementacéo
numérica destes modelos seria de grande relevancia para aplicagdo prética em situactes de
projeto. O algoritmo apresentado a seguir, utilizando os model os de Smith, Watson e Topper, e
Fatemi e Socie, tem estafinalidade. O procedimento € adequado paradeterminacéo davidainicial
por fadiga de componentes estruturais sujeitos a carregamentos combinados ciclicos, de
amplitude constante ou varidvel. Assume-se que 0s materiai s estudados sejam isotropicos e que
0 estado de tensdo ou deformacgdo seja plano, limitando aandise ao plano x,y. O detalhamento
independe do regime de carregamento (el éstico ou pl atico) edageometriaanalizada. Note-se que
deacordo com osmodel osde plano critico, asvari avei s que controlam o mecanismos de nucl egéo

Y=y,




datrinca séo as tensdes e deformagdes presentes no material na auséncia de imperfeigoes. Para
configuragBes com geometrias mais complicadas a determinagdo destas variaveis requer o uso
de um método numérico como, por exemplo, o método de Elementos Finitos. Apesar damaioria
de componentes estruturai s de interesse préti co possuirem geometrias complexas, aindaassim €
possivel obter solucesre ativamente preci sas paraos campos de tensdo/def ormagdo de estruturas
Como €ixos, arvores de transmissdo ou tubos sob regime de carregamento elastico ciclico.
Independentemente do método utilizado para determinacéo dos campos de tensdo/deformacao,
deve-se enfatizar que, no procedimento abaixo, 0 objetivo é a determinacdo dos parametros de
fadigamultiaxial e, portanto, assumir-se-aque adeterminacdo dos campos de tensdo/def ormacdo
pode ser conduzida pelo leitor com a precisao desgjada.

Algoritmo:

1-

%},_

Delimitar aregido do componente onde as tensdes sdo mais severas para conduzir a
andlise, por exemplo, as redondezas de concentradores de tensdo (Fig. 2);

Zona de analise restrita a regido //17/ ) / /
r mais severamente carregada I c) /

T(H)

<—9—> F) Qi@ . /
Encontrar valores maximos

Ymix e I'max

Vista ampliada da

A) regido de analise

B)

Figura2— A)Corpo-de-provacomentalhe mostrando aregido ondeaandlise deve ser

conduzida e B) vista ampliada desta regido com pontos discretos onde os
parametros /e ¥ ser&o avaliados.

Dividir estaregido em umamalhade pontosxi yi, ondei=1,M;

« s s

Dividir ahistoria de carregamento em N pontos discretos, onde N € um ndmero inteiro
suficientemente grande;

Iniciar a andlise sobre o plano x (6= 0°), vai-se parao primeiro passo da hlstorlade
carregamento (j = 1) eavalia-se o tensor detenséo o  eotensor dedeformagdo ey, ;

Repetir opasso 5 atéj =

Calcular ol'™ el™ em” y;';"" vy, » ondeoindicessuperioresmax eminindicamosvalores
maximos e minimos da tensdo méxima (média + alternada) e da deformagdo maxima
dentro do ciclo de carregamento (ver Fig. 3);

Calcular os parametros /(6) e ¥(6) para o plano estudado e na posicio i,
correspondendo cada posi¢éo i aum par ordenado (x;,Y,);

Usando-se 0s as equagdes basicas de transformacdo de tensdo e deformagéo,

clcular 6”7, e €, emumplano naposicio G = 6+46;
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Figura3— Diagrama esquematico do ciclo de tensdo x deformacédo do material em
um determinado plano &, mostrando os pontos onde a tensdo e a
deformacdo maxima (média + alternada) alcancam valores maximos e
minimos.

10- Repetir os passos 7 e 8 para novos planos, variando & de 0° até 6= 180°;

11- Encontrar earmazenar osmaioresvaloresde /| e ¥ eoscorrespondentesplanoscriticos
locais &, entre todos os planos investigados para o ponto inicial;

12- Incrementar X, e ir para o passo 2;
13- Repetir 0 passo 12 atéi = M;
14- Incrementar y; e ir para o passo 2;
15- Repetir 0 passo 14 atéi = M;

16- Encontrar o valores méximos globais /., e ¥..,, entre todos os diferentes pontos i
(estados de tens3o) analisados e os planos criticos 6. associados a cada um destes
parametros,

17- Entrar com osvaloresde /] . e ¥, nasEgs. 3 e 4 e cacular o nimero de reversoes
(2N;) necessarias parainiciar uma trinca de 1mm de comprimento. Adotar a previsao
mai s conservativa (menor vida) como solugéo.

4. ANALISE CRITICA DOSMODELOSDE PLANO CRITICO

O grande apel o dasteorias de plano critico € que amesmaapresentaumainterpretacdo fisica
do processo de dano de fadiga sob estados multiaxiais de tensdes. Entretanto, de um modo geral,
elas requerem um maior nimero de parametros a serem determinados experimentalmente. Na
fadiga oligociclica ha necessidade do uso de teorias de plasticidade para caracterizar o
comportamento pléastico dos materiais nos modelos que utilizam tensdo e deformagdo como
parametros,. I1sto pode ser feito através das teorias da deformacdo total ou da plasticidade
incremental. A teoriadadeformacao total €defécil implementacdo, porém néo pode ser aplicada
a casos de carregamentos ndo proporcionais. A teoria da plasticidade incremental prevé que o
comportamento plastico dos materiais pode ser aproximado em uma curva tensdo-deformacédo



por segmentos lineares. Estas regides deinclinagdo constante sdo defini das através de condicoes
de escoamento previamente estabelecidas e devem ser redefinidas sempre que ocorrerem
deformactes plésticas. Isto requer aaplicacdo deregras de encruamento paradefinir asmudancgas
no estado do material, tornando complicada aimplementacdo dateoria.

E evidente que a escolha do modelo apropriado para avaliar avida por fadiga depende do
prévio conhecimento do modo de nucleacdo e crescimento inicial datrinca(Modo | ou Il). Esta
ndo € umatarefa trivial pois 0 modo de crescimento da trinca depende ndo apenas do tipo do
carregamento aplicado, mas do material, assim como da amplitude do carregamento. Isto
essencialmente quer dizer que, a priori, ndo se pode definir qual dos model os propostos, eg. 3
ou 4, seria mais indicado para avaliar o dano por fadiga em um dado tipo de materia e
carregamento. Sabe-se entretanto que, a aplicacéo do modelo usado para quantificar o dano em
trincas dominadas por deformacfes cisalhantes para casos em que o crescimento da trinca é
controlado por deformagdes normai sforneceresultados|igei ramente conservativos, evice-ver sa.
Portanto, uma solucéo para este impasse passa pel o cal cul o davida por fadiga usando-se ambos
os modelos. A vida esperada seré afornecida pela menor estimativa

A determinagcdo da constante & presente no modelo de Fatemi e Socie exige dados
experimentai s tanto paraensaios de fadiga uniaxiais assim como para ensaios de fadigaatorgéo
pura. Um outro problemado modelo da deformacéo cisa hante (Fatemi e Socie) é que 0 mesmo
nado consegue distinguir entre o crescimento detrincasdotipo A edotipo B. Além disto, segundo
Socie (1987), os model os da deformacéo cisal hante e da deformagc&o normal n&o fornecem bons
resultados nos casos defadigapoliciclica, poisneste caso, o processo defadigaé controlado pelas
tensdes el asticas.

Astensdes normais médias de tracao diminuem aresisténcia a fadiga em carregamentos de
flex&o e torcdo alternada. Portanto, qualquer modelo proposto dentro das diferentes abordagens
para o problema da fadiga multiaxial, deve possuir termos capazes de quantificar o efeito das
tensdes normais médias. Nafadiga oligociclica o relaxamento datensdo média acontece devido
aexisténciade grandes deformacdes pl asti cas 0 que também deve ser quantificado pelo modelo.

Resultados apresentados por Das e Sivakumar (1999) mostram que os métodos de Plano
Critico apresentam boa correlagdo com resultados experimentais

5. CONCLUSAO

Embora os critérios de tensdo/deformagdo equival entes sgjam de simplesimplementacdo e
apresentem resultados satisfatérios em alguns casos, sua aplicabilidade é limitada a situagcdes
envolvendo carregamentos proporcionais (Aradjo e Bathazar,1997). Os métodos de energia
apresentam dificuldades em situacbes onde as deformagdes plasticas sdo reduzidas ou
inexistentes, como no casdafadigapoliciclica. Por estarem vinculadosaumainterpretacéo fisica
do processo de fadiga, os model os de plano critico parecem mais adequados para abordagem do
problema da fadiga multiaxial, particularmente para carregamentos fora-de-fase e néo-
proporcionais. A identificagdo dos planos criticos é essencial neste processo. O agoritmo
apresentado permite indentificar o plano critico, segundoos modelos SWT e Fatemi-Socie. Este
trabalho € parte de um programa de pesguisa em andamento, para avaliar a capacidade dos
model os de plano critico paraprevisao daresisténcia e vida a fadiga de componentes estruturai s
sob estados multiaxiais de tensdes.
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Resumo

Apresenta-se diversas abordagens para determinacéo do fator de intensidade de tensdo, para o
modo | e modo combinado de carregamento da abertura das faces da trinca. Estas abordagens
s80 baseadas em uma Unica andlise pelo método dos elementos finitos. As metodol ogias aqui
estudadas sdo as que utilizam a correlagdo do deslocamento na regido préxima da ponta da
trinca. A precisdo das metodologias é discutida e analisada. Diferentes configuracfes de
geometria e refinamento de malha foram testadas para se verificar a aplicabilidade das rotinas
desenvolvidas. Estas metodologias foram implementadas em um software comercia para
anadlise pelo méodo dos elementos finitos, com o objetivo de verificar a possibilidade de
criacd de um ambiente amigavel para andlise dentro do campo da mecanica da fratura.
Propiciou-se assim, uma integracdo conveniente com o software utilizado, oferecendo-se
condicdes suficientes para a avaliaco do crescimento de trincas governado pela mecanica da
fraturalinear eléstica.

Palavras-chave: Correlacdo do deslocamento, Fator de intensidade de tensdo, Mecénica da
fraturalinear eléstica, Méodo dos el ementos finitos.

1. INTRODUCAO

O uso da mecanica da fratura, nos projetos de engenharia, evoluiu muito nos ultimos
anos, principalmente devido a utilizagdo de métodos numeéricos. Estes sdo utilizados na
determinacéo dos parametros de tenacidade a fratura, na analise de tensdes e/ou deformactes
de corpos contendo trincas e no estudo do crescimento de trincas.

No método dos elementos finitos, considera-se como etapas para andlise no campo da
mecanica da fratura: 0 modelamento da singularidade na ponta da trinca, determinacéo dos
parametros de tenacidade a fratura (fator de intensidade de tens&o, integral J, etc.) e definicéo
de crescimento e/ou estabilizagdo datrinca

Algoritmos para a determinacéo do fator de intensidade de tensdo e consequentemente
verificagdo da propagacéo da trinca, foram aplicados e testados através de diversos critérios
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de convergéncia por: (Owen & Fawkes, 1983), (Gerstle & Abdala, 1990),
(Bittencourt et a., 1992) e (Lin & Smith, 1999).

Referéncias bibliograficas, cujas abordagens, revelam os estudos iniciais do método dos
elementos finitos aplicados a mecanica da fratura podem ser encontradas no trabalho de
(Liebowitz & Moyer, 1989). Nestes trabalhos iniciais, a precisdo na obtencdo das solucdes,
das tensdes e/ou deformagdes proximas a ponta da trinca, ndo podiam ser garantidas sem que
houvesse um refinamento na malha suficientemente adequado. Esta limitagdo, levou alguns
pesquisadores a desenvolverem elementos especiais, (Liebowitz & Moyer, 1989).

Entretanto, grande passo foi dado por (Henshell & Shaw, 1975) e (Barsoum, 1976). Eles
observaram que movimentando-se o nd do meio de um dos lados de um elemento quadrilétero
de oito nés, para a posicdo a um quarto, a representacdo da singularidade de deformacéo e
tensdo era obtida, quarter point element.

Entretanto, (Barsoum, 1976) mostrou que esta singularidade néo era atingida na regi&o
interna a0 elemento. E desta forma, ele obteve a representacdo correta da singularidade
guando construiu um elemento triangular a partir de um elemento quadrilatero de oito nos,
pela unido dos nds de um dos lado do elemento, colapsed side.

Outra classe de elementos usados para o0 estudo de problemas envolvendo trincas foram
os desenvolvidos por (Benzley, 1974) conhecidos como enriched elements e os desenvolvidos
por (Tong et al., 1973) conhecidos como hybrids elements.

Na fase de determinacéo dos parémetros de tenacidade a fratura ha varios métodos para
se calcular o fator de intensidade de tenséo: os que utilizam a correlagdo dos campos de
tensdo e/ou deslocamento na ponta da trinca, métodos hibridos, integral J, a abordagem da
energia de deformacéo, a técnica da extensdo virtual da trinca e a integral de fechamento da
trinca.

Este trabalho tem o objetivo de analisar as técnicas que usam a correlagéo do campo de
deslocamento na ponta da trinca para a determinacéo do fator de intensidade de tensdo. Os
procedimentos foram implementados em um software comercial para andlise pelo método dos
elementos finitos, ANSY S, com o intuito de criar um ambiente amigavel para que se possa
fazer andlises dentro do campo da mecénica da fratura.

Este software permite a criagdo de rotinas, através de uma linguagem de programacao
propria, denominada Ansys Parametric Design Language - APDL (Ansys, 1998a). Tornando-
se assim, um sistema adequado a implementacdo e realizacdo de analises dentro do campo da
mecanica da fratura.

2. DETERMI NA(;AO DO FATOR DE INTENSIDADE DE TENSAO
2.1. O campo de deslocamento na ponta datrinca

Os deslocamentos na ponta da trinca, para o caso bidimensional, segundo (Irwin, 1957),
sdo0 dados por:

u——\/icos—E(K 1)+szenzg§+%\/7sen—§(/<+1)+cosQE (1)

v-—\/T (K+1) coszeg Ii;'\/: s—§(1 K) + sen? gg 2)

Onde, r e 6, sdo as coordenadas definidas a partir da ponta da trinca, K, e K; sdo os
fatores de intensidade de tensdo correspondentes a0 modo de carregamento (Irwin, 1957),



u=E/2(1+v) é o modulo de elasticidade no cisalhamento; k=3-4v para deformagdo plana e
k=(3-v)/(1+v) paratensdo plana; v é o coeficiente de Poisson.
Avaliando-se as Equagdes 1 e 2 para 8 = #711, tem-se:

Eu(e +7T)D D+K..D1\/7 ! 3
e =-mE Bk, B V2n Y )
(9 +7T)D O+ K, Dl\/ﬁ L 4

e =-mi Bk BV Y @

2.2. Técnicas baseadas no campo de deslocamento proximo a ponta datrinca

2.2.1. Malha utilizada na ponta da trinca (elemento quarter point)

Na metodologia que usa 0 campo de deslocamentos na ponta da trinca, relaciona-se os
deslocamentos obtidos a partir da solugdo por elementos finitos com as expressdes analiticas,
Equacbes 1 e 2. Entretanto, o elemento usado para determinacéo do fator de intensidade de
tensdo € o elemento desenvolvido por (Henshel e Shaw, 1975) e (Barsoum, 1976). As relacdes
geométricas do corpo de prova, da malha na ponta da trinca e do elemento utilizado neste
trabalho, estdo mostradas na Figura 1.
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Figura 1. RelagGes geométricas do corpo de prova e da malha na ponta datrinca.

2.2.2. Extrapolacdo do campo de deslocamento, com os deslocamentos avaliados em
varios pontos (nos) nasfacesdatrinca

A partir das Equagdes 3 e 4, arranjando-as para se determinar o fator de intensidade de
tensdo, segundo (Owen & Fawkes, 1983), para ¥ do corpo de prova analisado com [3=90°
(modelo simétrico), tem-se:



5KIIE: 2u E%U(@:T[)E 5)
DKlﬂ k+D\r D/(Qzﬂ)u

O indice i indica que os vaores de K|, Kj;, s8o determinados em varios nés na face da
trinca, para os varios valores de u, v er. Ou sga, substituindo-se os valoresde u ou v er para
0s pontos nodais ao longo da face da trinca determina-se K, ou K|;, dependendo do modo de
carregamento, em funcdo dadistanciar a partir da ponta da trinca.

Osvalores de K, assim obtidos, foram avaliados graficamente em fungdo da distanciar. O
vaor de K para r = 0 foi obtido fazendo-se uma regressdo dos pontos da curva
(Owen & Fawkes, 1983) e (Wilson & Meguid, 1995). Neste Trabalho, utilizou-se 0 método
dos minimos quadrados.

2.2.3. Extrapolacdo do campo de deslocamento, com os deslocamentos avaliados em dois
pontos (nés) nasfacesdatrinca

Esta metodologia € a recomendada pelo fabricante do software ANSY S (Ansys, 1995).
Sendo que os deslocamentos sdo avaliados nos nos dos el ementos singulares.

Analisando-se 0 caso para ¥4 do corpo de prova analisado com 3=90° (modelo simétrico),
e considerando-se que:

0= 6=
—|u( 7T)| = A+Br e —|V( 7T)| =C+Dr (6)
I Jr
0= 0=
E como os parametros |u( \/_n)| e |V( \/_n)|’ s80 baseados nos deslocamentos e
r r

localizagOes do nos j e k, Figura 1, obtém-se duas equacdes com duas incognitas (A e B ou
C eD). Destaforma as constantes A, B, C e D s&o determinadas diretamente.
Fazendo-ser tender a zero, tem-se:

imU@ =Ml e im €=l _

r-0 \/F r-0 \/?

E a partir das Equacdes 3 e 4, os valores do fator de intensidade de tenséo podem ser
obtidos por:

(7)

_2u _ 2u
K”—(K+1)\/2_71A e , (K+1)\/Ec (8)

Analisando-se 0 caso para 0 modelo completo, e considerando-se que:

u(@ =) -u(6 = -m) _N+BT e V(8 =) ~Vv(B =-m)

N N

E fazendo-ser tender a zero, tem-se:

=C'+D'r 9)



“m|u(6:r[)—u(6:—7'[)|=A' o ”m|V(9:7T)—V(9:—7T)|:C,

r-0 \/F r-0 \/F

(10)

Anaogamente ao caso anterior os valores do fator de intensidade de tensdo podem ser
obtidos por:

__H : -_H ,
K, _m\/ﬁm e K, = » +1)\/EC (12)

2.2.4. Formulagdo baseada no deslocamento da abertura da trinca — Crack Opening
Displacement (COD) e deslocamento do deslizamento da trinca — Crack Sliding
Displacement (CSD)

Esta técnica também foi utilizada por (Bittencourt, et al., 1992) e é também chamada de

two-point formulae por (Aliabadi & Rooke, 1992).
Para a andlise de %2 do corpo de prova com 3=90° (model o simétrico), tem-se:

0K, O_ 2p  [2mB4v! -v*DO

= . 12
%IIE k+D)V L %M’-U"E (12
Para a andlise com o modelo completo, tem-se:
0K, O 2 AV =V = (V€ -v™) O

nO K+DV L AU’ -u)-(@u*-u™)pg

onde: V, V, V& V™ U, U, U eu™, sdo os deslocamentos dos nésj, |, k em, e L o comprimento
do elemento singular (quarter point), Figura 1.

2.2.5 Formulacdo baseada no deslocamento do n6 a ¥ da ponta da trinca - ¥ Point
Displacement

Esta metodologiafoi utilizada por (Lin & Smith, 1999) e é também chamada de one-point
formulae por (Aliabadi & Rooke, 1992). Esta considera simplesmente, a avaliagcdo das
expressoes tedricas dos deslocamentos no nd localizado a % do n6 da ponta da trinca,
Figural. O fator de intensidade de tensdo € determinado diretamente.

Para a andlise de ¥ do corpo de prova com 3=90° (modelo simétrico), tem-se:

oK, O 4 20/ O
'g=—— 70 O (14)
w0 K+DV L g

Para a andlise com o modelo compl eto, tem-se:

OK, O 2u 2_7'[E(vj—v')5
%<|| O k+)VL %Uj _ul)D

(15



onde: V, V, U e U, sd0 os deslocamentos dos nés j e |, e L o comprimento do elemento
singular (quarter point), Figura 1.

3. RESULTADOSE DISCUSSOES

A geometria analisada, considera um modelo quadrado 2W=0.1 m, espessura de 0.005 m
e trinca central 2a=0.01 m, angulo B variando de 15 a 90° em relacdo a tensdo aplicada,
Figura 1. A tensdo aplicada foi de 100 MPa. A maha adotada € composta de e ementos
quadrildteros com oito nés, PLANE 82, (Ansys, 1995), elemento capaz de ser modificado
para o tipo singular.

Os resultados puderam ser comparados com os obtidos a partir das expressdes utilizadas
para o caculo do fator de intensidade de tens&o para a geometria estudada:

K, =osen’ BJm K, =osenBcosBm (16)

Os fatores de intensidade de tensdo foram determinados a partir da andlise por elementos
finitos, tanto para 0 modelo completo, caso em que se considerou 0 modo combinado de
carregamento (modo | e modo I1), e para ¥ do corpo de prova com =90°, modo | de
carregamento. Em todos os casos considerou-se estado de tensdo plana.

Para 0 modelo de ¥ do corpo de prova com B=90°, as anadlises foram feitas levando-se
em consideragéo a influéncia de alguns parametros da geometria dos elementos na ponta da
trinca. Por exemplo, o nimero de elementos na ponta da trinca (N), o comprimento do
elemento quarter point (L) e o tamanho do elemento regular (b), Figura 1.

Sendo assim, diferentes niveis de refinamento da malha foram obtidos. Paraisto, utilizou-
se o critério adotado por (Gerstle & Abdalla, 1990). Este considera uma regido minima na
qual a singularidade que ocorre na ponta da trinca pode ser representada com bastante
precisdo com somente necessidade de um refinamento local. Refinamento este, realizado em
torno da ponta datrinca.

Os resultados obtidos podem ser verificados nas Tabelasde 1 e 2.

Tabela 1. Vaoresde K, (Pa~/m) com b/L =1. (Kesrico = 12.533 Pa+/m)

Extrapolagéo do Extrapolagéo do COD Um ponto ha ponta da trinca
(L /a) deslocamento deslocamento (Bittencourt et al., 1992) (Lin & Smith, 1999)
(Owen & Fawkes, 1983) (Ansys, 1995)

N=8eéem. |N=4elem. |[N=8elen. | N=4¢elen. | N=8elem. | N=4¢elen. | N=8elem. | N=4€eem.

1/32 12.670 12.711 12.769 12.823 12.851 12.973 12.727 12.748
116 12.696 12.640 12.705 12.623 12.823 12.758 12.647 12.555
1/8 12.822 12.775 12.739 12.757 12.955 13.002 12.630 12.634

Ya 12.749 12.715 12.743 12.757 13.189 13.239 12.520 12.517

Tabela 2. Vaoresde K, (Pa~/m) com L/a=1/8. (K esrico = 12.533 Pa/m)

Extrapolagéo do Extrapolagéo do COD Um ponto na ponta da trinca
(b/L) deslocamento deslocamento (Bittencourt et al., 1992) (Lin & Smith, 1999)
(Owen & Fawkes, 1983) (Ansys, 1995)

N=8eéem. |N=4elem. |[N=8elen. | N=4¢elen. | N=8elem. | N=4¢elen. | N=8elem. | N=4¢eem.

0.25 12.704 12.680 12.716 12.644 12.944 12.859 12.602 12.537
0.50 12.680 12.724 12.693 12.724 12.919 12.974 12.580 12.599
0.75 12.696 12.669 12.721 12.742 12.949 13.003 12.607 12.611
1.00 12.822 12.775 12.739 12.757 12.955 13.002 12.630 12.634




Nos gréaficos que seguem, Figuras 2 e 3, podem ser verificados os erros encontrados no
cdculo do fator de intensidade de tensdo, quando considerando %4 do corpo de prova com
B=90°.

Erro no Calculo do Fator de Intensidade de Tensao Erro no Calculo do Fator de Intensidade de Tenséo
N = 8 elementos, b/L=1 N =4 elementos, b/L =1
—e— Ext. Disp. (Owen & 6,0% —e— Ext. Disp. (Owen &
6,0% Faw kes, 1983) e (Wilson & Faw k_es, 1983) e (Wilson &
5'00/ Meguid, 1995) 5,0% Meguid, 1995)
g 4'00/0 ] #— Ext. Disp. (Ansys, 1995) S 4,0% - —&— Ext. Disp. (Ansys, 1995)
S 4,0% A N
X %
X 3,09% = 30%
£ —a— COD (Bittencourt et al., O 2,0% - —a— COD (Bittencourt et al.
S 2,0% ° .
° 1992) S o | 1992)
5 L%+ 5 10%
0,0% T T —@ —e— 1/4 Point Disp. (Lin & Smith, 0,0% -+ o— 1/4 Point Disp. (Lin & Srmith,
-1,0% 1 (1/32)—(1/16) —(1/8) —(1/4) 1999) 1,0% 1(@/32)(1/16)  (18) @/4) 1999)
L/a (m/m) L/a (m/m)

Figura 2. Graficos mostrando o erro no cdculo do fator de intensidade de tensdo com
relacdo b/L = 1 (a) N=8 elementos (b) N=4 elementos.

Erro no Célculo do Fator de Intensidade de Tenséo Erro no Célculo do Fator de Intensidade de Tenséo
N = 8 elementos, L/a = 1/8 N =4 elementos, L/a=1/8
—e—Ext. Disp. (Owen & —&—Ext. Disp. (Owen &
6,0% Fawkes, 1983) e (Wilson & 6.0% Fawkes, 1983) e (Wilson &
5,0% Meguid, 1995) 5,0% Meguid, 1995)

—— Ext. Disp. (Ansys, 1995) —&— Ext. Disp. (Ansys, 1995)

g 4.0% A g 4.0% -
é 3,0% 1 A—\‘/ﬁ———ﬁ X 3,0% 1 A/k’—‘_‘
T 2,0% 4 —a— COD (Bittencourt et al., 3 2,0% —a— COD (Bittencourt et al.,
° 1992) o 1992)
I 1.0% o o o 5 1,0%

0,0% : : : —e— 1/4 Point Disp. (Lin & Smith, 0,0% - : : : —e— 1/4 Point Disp. (Lin & Smith,

10% 1 025 050 075 100 1999) 10% 025 050 075 100 1999)

b/L (m/m) b/L (m/m)
@ (b)

Figura 3. Graficos mostrando o erro no célculo do fator de intensidade de tensdo com
relacdo L/a= 1/8 (a) N=8 elementos (b) N=4 elementos.

Os resultados obtidos sdo bastantes aceitaveis, pois 0s erros ndo foram superiores a 6%,
estes resultados sdo compativeis com o0s obtidos por (Gerstle & Abdalla, 1990) e
(Bittencourt et al., 1992).

De uma maneira geral os resultados ndo foram muito influenciados pelo nimero de
elementos em torno da ponta da trinca. Estes resultados tenderam a serem mais susceptiveis a
variagdo do tamanho do elemento singular (L) que a variagdo do tamanho do elemento regular

(b).

Entretanto observando-se os gréficos separadamente, verificase que ha uma certa
divergéncia nos resultados, quando utilizando-se o0 método da abertura do deslocamento da
trinca — COD, este efeito também foi mostrado por (Aliabadi e Rooke, 1992), quando eles
variaram o tamanho do elemento singular, entretanto a andlise foi realizada para o caso de
uma trinca central inclinada em relacéo a direcéo de carregamento (modelo completo), em
alguns casos eles chegaram a erros de até 15%, com relagdes L/avariando de 0.1 até 1.

Da mesma forma, (Bittencourt et al., 1992) apresentaram erros nos resultados que
variaram de 2 a 10%, para o caso da determinacdo do fator de intensidade de tenséo a partir
do deslocamento da abertura da trinca — COD, a precisdo nos resultados, neste caso, foi
dependente do refinamento da malha e convergiram mais lentamente que os obtidos pelo
método da Integral J, por exemplo.



Para a relacéo L/a = 1/16, Figura 2, houve uma tendéncia de diminuicdo nos erros do
célculo dos valores do fator de intensidade de tensdo, esta observacdo estd de acordo com os
resultados obtidos por (Gerstle & Abdalla, 1990), em que eles consideraram como relacéo
Otima, para obtencdo de erros da ordem de 1%, L/LD = 1/20. Onde LD significa least
dimension, onde esta dimensdo € usada para calcular um raio aproximado em torno da ponta
da trinca, que determina uma regido dentro da qual o campo de tensdo singular é garantido e
domina a solucéo.

Esta dimensdo (LD) para o caso aqui considerado é governado pelo tamanho da trinca
“a’, 0 que faz a relagdo L/a=1/16, mais proxima da relacdo L/LD=1/20, proposta por
(Gerstle & Abdalla, 1990).

Para 0 modo combinado de carregamento, a andlise foi feita variando-se o angulo da
trinca em relac@o a tensdo aplicada. A geometria da malha na ponta da trinca adotada para
este caso foi com N = 16 elementos, L=a/8 e b/L=1, Figura 1.

Na Tabela 3, mostra-se os resultados obtidos para este caso.

Tabela 3. VaoresdeK, eK; (Pavm) - (N = 16 elementos, L/a=1/8, b/L = 1)

Extrapolacdo do COD Um ponto na ponta da

B () deslocamento (Bittencourt et al., 1992) trinca
(Ansys, 1995) (Lin & Smith, 1999)

Ki K Ki K Ki K
15 0.853 3.136 0.868 3.173 0.846 3.117
45 6.373 6.282 6.482 6.356 6.319 6.245
60 9.546 5.413 9.711 5.479 9.463 5.379
90 12.687 -0.0062 12.903 -0.0069 12.579 -0.0059

Na Figura 4, mostra-se os erros encontrados no calculo dos valores dos fatores de
intensidade de tensdo, K, e K.

Erro no Calculo do Fator de Intensidade de Tenséo
N=8elementos,b/L=1

Erro no Calculo do Fator de Intensidade de Tenséo
N=8elementos,b/L=1

4,0% _2,0% _
= "_‘\‘\‘ —— Ext. Disp. (Ansys, X —m— Ext. Disp. (Ansys,
& 4200 1995) < A/‘\A 1995)
= 30% = 1%
g 2,0% A —a— COD (Bittencourt et GE.) 0D (Bittencourt et
® 1 oo | F‘.\I\. al., 1992) % 0,0% ./.\. e 1902)
TR e e SR i S | I —

0,0% ‘ ‘ ‘ ;/:i;? ':;gg)p' (tin& -1,0% \ \ \ —— ém_:oiztg g;sp. (Lin &

15 45 60 90 15 45 60 90 rith, 1999)
Angulo Angulo
@ (b)

Figura 4. Graficos mostrando o erro no célculo dos fatores de intensidade de tenséo
(a) Errono calculo de K, (b) Erro no cllculo de K.

Apesar dos resultados apresentados, considerarem uma Unica anaise de refinamento da
malha, verifica-se individualmente, que os erros nos céculos dos valores dos fatores de
intensidade de tensdo, para o angulo da trinca a 90° (modo | de carregamento), tenderam a
uma diminuic¢éo, quando comparados com os valores obtidos considerando-se ¥4 do corpo de
prova (modelo simétrico).

Em relacéo aos outros angulos da trinca, os valores também sdo compativels com 0s
obtidos por (Gerstle & Abdalla, 1990) e (Bittencourt et al., 1992). No caso aqui considerado
os erros ndo foram superiores a 4%.



Na Figura 5, observa-se dois exemplos, considerando-se 0 modelo completo, das malhas
geradas para a andise redizada neste trabalho. Na Figura 5a, observa-se a maha criada
utilizando-se a opcéo de geracdo “mapeada’ enquanto que na Figura 5b, observa-se a malha
na condicdo de geracéo de malha, “livre’.

Com a opcdo de geracdo de malha “mapeada’, utilizando-se modelagem solida
(Ansys, 1998b), € possivel obter-se uma maha mais regular e um controle maior do
refinamento.

Apesar desta vantagem, muitas vezes se faz necessério a subdivisdo do modelo em vérias
areas (no caso do modelo 2D), para se ter um controle maior no posicionamento e na forma
dos elementos a serem criados. Este tipo de trabalho adicional sempre leva a um aumento nos
custos de tempo de geracéo do modelo.

3 (b)
Figura 5. Maha utilizada no calculo do fator de intensidade de tens&o.
(a) malha mapeada (b) malhalivre.

5. CONCLUSOES

Os resultados obtidos nas andlises aqui estudadas foram bastantes compativeis com os da
literatura, especificamente aqui, estes ndo foram superiores a 6%.

Algumas dificuldades foram encontradas na geracéo das malhas dos modelos, e um certo
trabalho foi realizado para se conseguir malhas mais uniformes e um tempo maior de
modelagem foi despendido. Entretanto nenhuma diferenca significativa nos valores do fator
de intensidade de tenséo foi verificado, o que ndo significa que possa ocorrer para modelos
mais complexos.

As metodologias implementadas para a determinacdo do fator de intensidade de tenséo
foram todas baseadas na relacdo com os deslocamentos obtidos a partir da andlise pelo
método dos elementos finitos, o que provavelmente tenha levado a obtencédo de valores do
fator de intensidade de tensdo muito préximos uns dos outros. Entretanto a geometria da
mal ha na ponta da trinca pode ser estudada.

Com a possibilidade de programacéo e adaptacdo do software, ANSY S, as necessidades
do usuério, verificase que 0 mesmo torna-se um sistema adequado a implementacéo e
realizac8o de andlises dentro do campo da mecénica dafratura.
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Resumo

As caracteristicas das ligass com memoéria de forma (SMAs) vém motivando o
desenvolvimento de aplicacfes em diversas areas do conhecimento que vao desde a robotica
até a industria aeroespacial. No entanto, a sua modelagem ainda ndo é um ponto bem
estabelecido. Durante o processo de recuperacéo da forma de um componente de SMA, que
pode ser induzido aguecendo-se 0 componente através de uma corrente elétrica ou de um jato
de ar quente, grandes forcas podem ser geradas num periodo de tempo relativamente curto.
Este trabalho apresenta a modelagem e a simulagcdo numeérica de um dispositivo de pré-carga
com memoéria de forma para juntas flangeadas. Este dispositivo permite aplicar a pré-carga
nos parafusos da junta de uma forma simples e precisa, aém de evitar as tensbes de
cisalhamento introduzidas pelos processos tradicionais. As simulagdes numéricas permitem
descrever algumas das principais caracteristicas do dispositivo, fornecendo informagdes Uteis
para o seu projeto.

Palavras-Chave: Ligas com Meméria de Forma, Modelagem, Simulagcdo Numérica.
1. INTRODUCAO

As Ligas com Memdria de Forma (SMA — Shape Memory Alloys) sdo ligas metalicas que
possuem a capacidade de retornar a sua forma original quando submetidas a um processo
termomecanico apropriado. Para temperaturas acima de uma temperatura critica, as SMAs
apresentam o fendmeno conhecido como pseudoel asticidade no qual chega-se a experimentar
deformacOes reversiveis da ordem de 8%. Para temperaturas abaixo de uma outra temperatura
critica, as SMAs apresentam o efeito de memoria de forma no qual, apds um processo de
carregamento e descarregamento, a liga apresenta um deformagdo residual que pode ser
eliminada através de um carregamento térmico adequado. Estas ligas podem apresentar ainda



um comportamento denominado efeito de memoria de forma reversivel (two-way) no qual
associa-se uma determinada forma a faixas temperaturas, fazendo com que uma peca mude
sua forma através de um processo ciclico de aguecimento e resfriamento (Hodgson et al.,
1999). Este efeito é conseguido através de um processo de treinamento daliga.

Os fendmenos associados as SMASs estdo relacionados a transformagdes de fase que
podem ser induzidas tanto pela variagdo da temperatura quanto pela variagdo no nivel de
tensdo. Fundamentalmente, duas fases estdo presentes nestas ligas. austenita e martensita.
Zhang et al. (1991) indicam a formagéo de vinte e quatro variantes de martensita a partir do
resfriamento da fase matriz. Estas vinte e quatro variantes estdo dispostas em seis placas
contendo quatro variantes cada. Com a aplicagdo de um carregamento, tem-se um processo de
conversdo (detwinning) de trés das quatro variantes de martensita obtidas inicialmente em
uma Unica que obedece a direcéo preferencial dada pelo ainhamento dos planos preferenciais
com adirecdo principal do carregamento.

Asligas de Ni-Ti, Cu-Zn, Cu-Zn-Al, Mg-Cu, Fe-Mn-Si e Cr-Ni sdo alguns exemplos de
ligas com memoria de forma. Estas ligas sGo muito sensiveis a variagdes na composi ¢éo,
podendo apresentar grandes mudangas em suas propriedades com uma simples adi¢do de um
elemento de liga. A liga Ni-Ti é a mais popular por apresentar a maior deformacgéo entre as
ligas com meméria de forma (proxima de 8%). Além desta caracteristica, aliga Ni-Ti tende a
ser muito mais estavel termicamente e ainda apresenta uma excelente resisténcia a corroséo
guando comparadas as ligas a base de cobre que apresentam média resisténcia a corrosdo. As
ligas de Ni-Ti sd0 suscetiveis a corrosdo sob tenséo e apresentam uma elevada ductilidade.
Por outro lado, possuem um custo maior do que as demais ligas citadas (Hodgson et al.,
1999).

De uma maneira gera, as ligas com memodria de forma apresentam baixa resisténcia a
fadiga quando comparadas aos acos carbono comum. Visando melhorar esta propriedade,
atualmente pesquisas vem sendo desenvolvidas sobre o efeito da adi¢cdo e combinacdo de
certos elementos de ligas. Uma outra caracteristica destas ligas € o tempo de resposta
relativamente elevado. Em situacBes em que necessita-se de uma resposta répida existem
outros materiais inteligentes, como os piezoel étricos, que podem apresentar resultados mais
satisfatorios. Vale ressaltar no entanto, que as SMAS s80 capazes de gerar grandes forcas de
restituicdo com um consumo de energia relativamente baixo, o que é uma caracteristica que as
diferenciam em diversas aplicacoes.

Estes materiais vém sendo utilizados nas mais diversas aplicacdes, variando desde a
industria aeroespacial até a biomédica, passando pela robética. Dentre estas, vale citar
inimeros dispositivos termo-ativados como valvulas pneumaticas para o controle de fluxo
(Johnson & Martynov, 1999) e dispositivos que exploram a pseudoelasticidade como
armagoes de 6culos (SMA, 1999).

Na industria aeroespacial, estes materiais sdo utilizados em dispositivos de separacéo
ndo-pirotécnicos - Frangibolt (Pacheco & Savi, 1997). Outra aplicacdo é a construcdo de
enrijecedores em asas de avides, que tendem a aumentar a rigidez na medida em que a presséo
aerodindmica aumenta (SMA, 1999). Na area biomédica, estes materiais sdo aplicados na
construcdo de peguenos tubos que sdo colocados dentro dos vasos sangiineos com a funcéo
de reforgar as suas paredes internas. Existem também aplicagdes em proteses dentérias, na
construcdo de catéter (sonda — instrumento cirargico) e ferramentas cirurgicas (SMA, 1999).
Na ortodontia, 0 emprego de aparelhos com meméria de forma trouxe resultados muito
satisfatorios, difundindo bastante o uso das SMAs (Airoldi et al., 1997). Recentemente, a
industria robdtica tem se dedicado a utilizar fibras de SMA para reproduzir 0 movimento
continuo dos muscul os humanos (Rogers, 1995).

A indistra petroquimica utiliza as propriedades singulares destas ligas em juntas
flangeadas (SINTEF, 1999). Tradicionalmente, a pré-carga dos parafusos do flange € obtida



através de um torque de aperto que acaba introduzindo tensdes de cisalhamento nos parafusos,
reduzindo a resisténcia mecanica da junta. Existe ainda uma grande incerteza com relacéo ao
valor da pré-carga que a junta efetivamente absorve, podendo variar em torno de +30%
(Juvinall, 1983). As SMAs oferecem uma alternativa a este processo tradicional. A utilizacdo
de um dispositivo com memoria de forma permite aplicar a pré-carga de umaforma simples e
precisa, sem introduzir tensdes de cisal hamento.

O dispositivo de pré-carga com memoria de forma para juntas flangeadas consiste de uma
arruela feita com uma SMA, pré-comprimida. A pré-carga é obtida aguecendo-se o
dispositivo através de um jato de ar quente apos a sua instalagdo nas juntas. Com isso, a
arruela se expande, recuperando sua forma original, tracionando o parafuso de fixagdo. 1sso
promove a pré-carga do parafuso de fixagdo sem submeté-lo a tensdes cisalhantes. O objetivo
deste trabalho é apresentar uma discussao sobre a concepcao desse dispositivo, propondo um
modelo para descrever o seu comportamento termomecanico. Os resultados das simulacbes
numericas permitem descrever algumas das principais caracteristicas do dispositivo,
fornecendo informagdes Uteis para 0 seu projeto.

2. DESCRICAO DO DISPOSITIVO DE PRE-CARGA COM MEMORIA DE FORMA

O dispositivo de pré-carga com memoéria de forma para juntas flangeadas funciona como
um atuador que, aém de ndo introduzir tensdes de cisalhamento nos parafusos de fixacdo do
flange, propicia um controle mais preciso da pré-carga. Além disso, a montagem do flange
torna-se mais simples uma vez que ndo requer a aplicacdo de um torque de aperto em cada
parafuso. A Figura 1 mostra a montagem do dispositivo no flange. O dispositivo consiste de
uma arruela, iniciddmente pré-comprimida que, quando € aquecida, recupera sua forma
original gerando uma forca axial de restauracéo, o que provoca uma carga nos parafusos da
junta. Desse modo, o aperto do flange € feito sem a introducéo de tensdes de cisalhamento
resultantes do torque de aperto em juntas tradicionais.

Neste trabalho, considera-se um flange padréo DIN 2544 de aco carbono fundido St 37-2
(Acepam, 1997), que é bastante utilizado na indUstria petroquimica. Os 8 parafusos utilizados
na fixacdo do flange séo de cabeca sextavada, de tolerancia grossa (M 16 x 2), de acordo com
anorma DIN 7990 [DIN 7990, 1983]. A arruela e a porca sextavada estéo de acordo com a
norma citada. Além disso, admite-se que a tubulagcdo esta submetida a uma pressdo nominal
de 25 atm. A Figura 1 apresenta as caracteristicas geométricas do flange em questéo. Os
parametros indicados na figura sdo os seguintes: DN = 80 mm, D = 200 mm, B = 160 mm, F

=26 mm, DF =18 mm, d; =86,4 mm, s=3,2mm, r =6 mm.
dl

Arruela de SMA |

‘ D
Figura 1 - Flange com o dispositivo com memoria de forma.




O dispositivo em questdo é modelado em um contexto unidimensional considerando a
teoria constitutiva proposta por Tanaka & Nagaki (1982). O modelo proposto permite prever
0 comportamento termomecanico do dispositivo, obtendo informagdes Uteis para 0 seu
projeto.

3. MODELO CONSTITUTIVO PARA SMAs

A modelagem das ligas com memoéria de forma possui duas abordagens distintas. A
primeira, microscopica, leva em consideracdo aspectos metalurgicos. A segunda abordagem,
macroscopica, descreve o0s aspectos fenomenoldgicos. Os modelos com cinética de
transformacéo de fase assumida consideram que a transformacéo de fase é regida por uma
funcéo conhecida. O primeiro modelo a apresentar esta formulago foi proposto por Tanaka &
Nagaki (1982), tendo dado origem a outros modelos que apresentam alteracfes na cinética de
transformacéo de fase. Pelo fato de seu uso ter se popularizado, esses modelos apresentam
maiores comprovagdes experimentais, ocupando um importante espaco na modelagem das
SMAs. Neste trabalho, considera-se 0 modelo de Tanaka para descrever o comportamento
termomecanico das SMAs. Algumas peguenas modificagdes sdo introduzidas com o objetivo
de obter resultados mais condizentes.

O modelo de Tanaka considera, além da deformacdo, ¢, e da temperatura, T, uma
variavel internaescaar, 3, que representa a fragdo volumeétrica da fase martensitica. A relacéo
congtitutiva entre atensao, o, e as variaveis de estado pode ser expressa da seguinte maneira, na
forma de taxas

O=EE-af-QT ; E=E,|B+E,@-|8) ; Q=Q,|8+Q,1-|B) €)

onde a € o parametro de transformacdo, E o médulo de elasticidade e Q o coeficiente de
expansdo térmica. A variavel 3 é funcdo dos valores de tensdo e temperatura, 8 = 3 (U,T),
estando contida no intervalo de —1< 8 < +1. Quando S = +1, significa que a composi¢éo do
material é 100% martensita positiva (M *), induzida por tensdo trativa. Quando 8 = -1, a
composi¢cao do material € 100% martensita negativa (M ™), induzida por tensdo compressiva.
Quando B =0, o material esta 100% nafase austenitica ( A). Paravaloresde 3 entre—1 e +1

e diferentes de 0, tem-se fragbes de martensita somadas com austenita. A equagdo que
descreve atransformag&o da austenita em martensita € a seguinte,

B:{l—exp[—aM (Mg -T)-h, |a|]}sign(a)+ B 2

onde sign(o) =o /|0| ; au € by sdo constantes positivas da martensita, Ms € a temperatura de

inicio da transformagd martensitica e B" representa a fragdo volumétrica da martensita
guando a transformacdo reversa se iniciaa Esta equagdo se aplica para
o=>a, =(a,/b,)(T-M,). A transformaco reversa, martensita para austenita, é descrita

pela seguinte equacéo
B={B" expl-a,(T - A))+b, o] }sion(o) 3

onde an e by sA0 constantes positivas da austenita;, As € a temperatura de inicio da
transformagao austenitica. Esta equagéo se aplicaparac <o, =(a,/b,) (T - A,) .



4. MODELO DO DISPOSITIVO DE PRE-CARGA COM MEMORIA DE FORMA

O modelo proposto para descrever o comportamento termomecanico do dispositivo de
pré-carga considera que a cabega do parafuso e a porca sdo rigidos. A Figura 2 mostra o
modelo considerado e as forgas em cada elemento.

Z Referéncia Fi1 o r3
& vl Parafuso (1) i 77
N\ Flange (2) & N
F3
& N Arruela (3)
b Arruela (3) 5
rruela SMA (4) T %
FZ

A
\—J\ F1
Porca
Parafuso (1) Flange (2) F4

v, Arruela SMA (4)

Figura 2 - Modelo do dispositivo com aarruelade SMA.

A partir da andlise de compatibilidade geométrica e de equilibrio de forgcas nos
componentes tem-se a seguinte expressdo, onde adota-se a hipétese de pequenos
deslocamentos:

W=Ww-Up-Us ; Fi=F=F3=F4 (4)

onde u; e F; (i = 1,..,4) representam os deslocamentos e as for¢as no elemento i, conforme
especificado naFigura 2.

A partir da equagdo constitutiva (1), obtém-se a taxa de deformacéo para a arruela de
SMA:

24:E?@;+GB+QT) 5)

4

Utilizando a defini¢éo de tensdo uniaxial para a arruela do dispositivo de SMA e relagbes
lineares entre forca e deslocamento para os demais componentes, tem-se

o,=F4/ Ay ; Fi=Kjuy para(i=1,..,3) (6)
onde Ki = E A /L (i =1,..4) éarigidez dos componentes do dispositivo. E;, A e L;

representam, respectivamente, o médulo de elasticidade, a &rea transversal e o comprimento
dos elementos. Dessaforma, € possivel escrever:

(aB + QT)

K4 +&+&+1
K, K, K,

o,=-

(7)

Um procedimento numeérico iterativo, do tipo preditor-corretor, é utilizado para
resolver o sistema de equagdes que descrevem o comportamento do dispositivo. O



procedimento € composto de um preditor termoelastico, durante o qual ndo ocorre
transformaco de fase (8 =0). Em seguida, emprega-se um procedimento de integracio para
obter os valores g, e 8. O procedimento € repetido até que algum critério de convergéncia sga
satisfeito.

5. SIMULACOES NUMERICAS

Considerando o flange apresentado na Figura 1, agumas simulagbes numeéricas séo
desenvolvidas. Os parafusos sdo da classe 5.8. Shigley & Mischke (1989) mostram que a
carga de aperto necessaria para estes parafusos deve ser maior ou igual a 54 kN. A rigidez do
parafuso e da junta podem ser calculadas através das seguintes equacdes (Shigley & Mischke,
1989):

KiKad 0577TTE,d,,
Ki=7— . Ky= 8
1T Ke+ Ka ? 2In% 577(2F) +0,5d ®)
5 F0577(2F) +25d,

onde K; = 6,500 x 10° N/m e K4 = 0,886 x 10° N/m representam, respectivamente, arigidez da
parte roscada e da parte lisa do parafuso (Shigley & Mischke, 1989). Admite-se uma arruela
com um comprimento de 8 mm, um diametro externo de 30 mm e um didmetro interno de
17,5 mm. O parafuso, o flange e a arruela possuem modul os de el asticidade de 207 GPa. Com
isso, tém-se 0s seguintes valores para a rigidez de cada elemento: K; = 0,780 x 10° N/m, K, =
3,01 x 10° N/m e K3 = 12,06 x 10° N/m.

Considera-se que a arruela de SMA possui 0s mesmos diametros, externo e interno, da
outra arruela. Dessa forma, para que a arruela de SMA introduza a forca de aperto necessaria,
deve ser capaz de desenvolver umatensdo de restituicdo de —116 MPa

Varias simulagbes foram desenvolvidas para determinar a espessura e a deformacéo
residual inicial da arruelade SMA, chegando-se aos seguintes valores. espessurade 7,1 mm e
deformag&o residual inicial e & = —2%, o que esta associado a uma fragdo volumétricainicial
de martensita Jp = — 0,754, a temperatura ambiente de 30°C. As propriedades mecanicas do
material daarruelade SMA estéo listadas na Tabela 1.

Tabela 1. Propriedades daligaNi-Ti (Leuven, 1998).

Em 35 GPa
Ea 83 GPa

Ms 20°C

As 50 °C

a 1,25 GPa
Qu 231 kPa°C*
Qa 913 kPa°C*
am 1,10 °C*

bwm 0,08 MPa*
aa 1,10 °C*

ba 0,08 MPa*




A partir das condicdes iniciais estabelecidas, ssimula-se 0 processo de pré-carga do
parafuso. A arruela de SMA € aquecida até uma temperatura de 65°C, necessdria para que a
transformacéo de fase se complete (B3 =0). Em seguida, a arruela é resfriada até a
temperatura ambiente. As Figuras 3 e 4 mostram a evolugdo da tensdo, deformagéo e fracéo
volumétrica da fase martensitica em funcdo da temperatura. A transformacgéo de fase induz a
recuperacdo da deformacdo residua inicial (&), promovendo a pré-carga no parafuso de

fixacso.
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Figura 3 - Evolugéo datensdo e da deformagdo com atemperatura.
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Figura 4 - Evolucéo dafracéo volumétrica dafase S com atemperatura.

O processo de pré-carga pode ser acompanhado através de 4 pontos destacados nas
figuras. O ponto 1 representa a condicdo inicial do processo, com uma temperaturainicial de
30°C, uma deformacéo —2% e uma fracéo volumeétrica 3y =—0,754. O ponto 2 indica o inicio
do processo de transformacdo de fase (T = 50°C), observando-se uma tensdo compressiva
associada a dilatagdo térmica. O ponto 3 esta associado a temperatura méxima e a tensdo
minima (T = 65°C e g = —119 MPa), quando toda a transformacéo de fase j& se processou.
Finalmente, o ponto 4 representa a condicéo final onde se observa, a uma temperatura de
30°C, a recuperacdo da dilatagdo térmica e uma tensdo final de —116 MPa que é suficiente
para aplicar aforca de aperto necessaria.

Visando avaliar a vantagem deste dispositivo em relac8o ao processo tradicional de pré-
carga, que utiliza um torque de aperto, estabelece-se uma comparagcdo entre as tensoes
equivalentes de von Mises no parafuso de fixagdo para as duas situagbes. Segundo Shigley &
Mischke (1989), um torque de aperto de 173 N.m é necessario para promover uma pré-carga
adequada na junta em quest&o. Considerando que o parafuso de fixagdo absorve metade do



torque de aperto aplicado, este elemento apresenta uma tensdo equivalente de von Mises de
327 MPa. Por outro lado, o uso do dispositivo com memdéria de forma acarreta uma tensio
equivaente de von Mises de 269 MPa, 0 que representa uma reducéo da ordem de 20% em
termos de solicitagdo mecanica.

6. CONCLUSOES

Neste trabalho apresenta-se um modelo para descrever 0 comportamento termomecani co
de um dispositivo de pré-carga com memoria de forma para juntas flangeadas. Um
procedimento numeérico é proposto e as simulagdes numéricas apresentadas permitem prever o
comportamento termomecanico do dispositivo, fornecendo dados importantes para o seu
projeto. Os resultados mostram que, para a junta analisada, a utilizagdo do dispositivo
promove uma reducdo da solicitacdo mecanica da ordem de 20% quando comparada com a
observada no processo tradicional que aplica um torgue de aperto.
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Resumo

Em um recente trabalho, os autores propuseram um critério de selecdo de modos normais de
subestruturas aplicado a um método de sintese modal, com a finalidade de eiminar a
interferéncia do usué&rio no processo de identificagdo. Sabe-se que a andlise por elementos
finitos de uma estrutura especifica, gera, na maioria dos casos, modos reais que ndo podem
ser diretamente relacionados com o0s respectivos modos complexos de uma andise
experimental. Neste trabalho, o critério de escolha € avaliado em termos de modos complexos
obtidos a partir de uma técnica de conversdo de modos reais em modos complexos. O trabaho
apresenta 0 método de sintese modal utilizado, o critério de selecdo automética de modos e a
técnica de conversdo dos modos reais em modos complexos. A validacdo da metodologia é
feitaatravés de um modelo experimental, composto de elementos estruturais do tipo perfil U.

Palavras-chave: Sintese modal, Modos complexos, Flexibilidade residual, Identificacéo.
1. INTRODUCAO

A andlise de estruturas de engenharia depende essencialmente do tipo de modelo
matemético que é utilizado para descrever o comportamento fisico do sistema. Dentre os
modelos numéricos comumente utilizados na andlise de sistemas destaca-se 0 método dos
elementos finitos. Uma outra forma de andlise de sistemas € através da modelagem
experimental. Uma andlise experimental criteriosa porém, visando minimizar as fontes de
erros, € uma tarefa de dificil execugdo. Além disso, a condensacdo das matrizes do modelo
analitico aos graus de liberdade experimentais para efeito de comparacdo, ou mesmo, o
problema inverso, sd0 operacbes que podem apresentar problemas numéricos de
condicionamento. Em todos os tipos de andlise descritos anteriormente, principa mente,
guando se tratar de estruturas grandes ou complexas, a solugdo do sistema completo
geralmente tornase invidvel do ponto de vista de tempo de modelagem e esforco
computacional. Nestes casos, uma solugdo seria utilizar um processo de sintese modal que
fornega um problema computacional de tamanho reduzido.

Desde o trabalho pioneiro sobre sintese modal de Hurty (1965), vérios métodos de sintese
modal foram desenvolvidos, sendo que alguns destes métodos foram revisados, Hurty et
al.(1971) e Craig (1987). O trabalho de Craig (1981) apresenta uma revisao destes principais
métodos, mostrando que os métodos de sintese modal diferenciam-se, basicamente, na forma



de forcar as compatibilidades para a montagem das equactes de equilibrio e na montagem
dos superconjuntos modais, que podem incluir modos estéticos €/ou modos normais.

No método proposto as subestruturas séo discretizadas através de parametros de massa,
rigidez e amortecimento, sendo separadas umas das outras através de pontos discretos de
inércia. Os modos de flexibilidade residual sdo estimados a partir dos modos ndo selecionados
da base modal. Aqui, nenhuma restricdo € feita quanto a quantidade de modos que devem ser
selecionados e ndo selecionados da base, sendo que é possivel obter-se resultados satisfatorios
na faixa de 65 a 80% de modos identificados, dentro da faixa de frequéncia analisada (Duarte,
1994). A qualidade dos modos sel ecionados e ndo selecionados da base modal também possui
um papel fundamental para 0 sucesso da sintese. Até entéo, a eliminagdo dos modos da base
erafeita por tentativa pelo analista. Para contornar este problema € proposto uma formulacéo
gue utiliza um processo de selecdo automética dos modos da base modal, com a vantagem de
tornar o procedimento de sintese automatico, sem a possivel interferéncia do usuario,
(Cleudmar e Kurka, 1999).

A maioriados trabalhos que utiliza 0 método de sintese dos modos do componente para a
solucdo de problemas dindmicos de grandes estruturas, desprezam 0 amortecimento ou no
caso mais geral consideram amortecimento proporcional. Entretanto, a suposicéo de leve
amortecimento ndo é vdlida para algumas estruturas em engenharia. Além disso, geralmente
0s modos medidos experimentalmente sdo complexos, ou sgja, ndo satisfazem a condicéo de
proporcionalidade no amortecimento. Na andlise do autoproblema de um sistema sem
amortecimento, os modos de vibrar considerados séo todos reais. Na préatica, sabe-se que as
estruturas possuem um certo nivel de amortecimento levando a um modelo cujo autoproblema
fornecerd, necessariamente, modos complexos. Este fato sempre ocorre na andise
experimental, onde autovalores e autovetores complexos sdo extraidos de dados oriundos do
dominio da frequéncia ou do dominio do tempo. Entretanto, os softwares de andlise por
elementos finitos, geralmente, fornecem apenas modelos de modos reais. Com isso, a
transformacéo destes modos reais em modos complexos similares sera de grande importancia
para a validacdo de testes experimentais, bem como, para a utilizagdo em métodos de sintese
modal que exijam modos complexos.

2. METODO DE SINTESE MODAL

O método proposto € utilizado tanto em sistemas sem amortecimento como em sistemas
com amortecimento ndo proporcional. Para isto, as equagdes de movimento das subestruturas
sdo0 transformadas em equacdes de estado de primeira ordem e um superconjunto modal de
flexibilidade residual € utilizado para transformar as coordenadas fisicas em coordenadas
modais, (Cleudmar e Kurka, 1999). Para a aplicacdo da técnica de sintese modal proposta,
suponha que dois componentes (a) e (b) sgam ligados por uma interface comum, para
formarem uma estrutura global, como mostrado na figura (1). Estas subestruturas séo
discretizadas utilizando coordenadas fisicas internas (u;) e de contorno (up).

¢ Uj *) lﬂ ¢ U
(a (b)

Contorno

Figura 1. Subestruturas (a) e (b) discretizadas e interligadas por uma interface comum.



A equacdo de movimento de uma subestrutura supondo amortecimento geral pode ser
definida de forma genérica por:

Mu+Cu+Ku=f (1)

Na equacdo (1), (M) € amatriz de massa, (C) a matriz de amortecimentos, (K) a matriz
derigidez, (u) o vetor de deslocamentos fisicos e (f) o vetor de for¢as internas e de contorno.
A formamais conveniente de solucdo desta equacéo € utilizar a formulacéo de estado (Santos,
1993), ou sgja, transformé-la em um sistema de 2n equactes diferenciais de primeira ordem,
ou sga

AV+Bv=P )

Os modos de flexibilidade residual sdo obtidos a partir dos modos flexiveis ndo
selecionados (6, ), ponderados através de forgas unitérias (f,) no contorno, da seguinte forma:

o, =8y, /\f_ul efh f, = 01 Ag ebe (3

A solucdo homogénea da equacdo (2) fornece os autovalores e o0s autovetores
complexos do sistema fisico. As coordenadas fisicas (v) sdo substituidas pelas coordenadas
modais (17) através da seguinte transformacao linear:

ri efk
0

V:R
%rb

Finalmente, a equagdo de movimento de cada componente em termos das coordenadas
modais pode ser obtida como:
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A eguacdo de movimento para as duas subestruturas conectadas € uma extenséo da
equacdo (5). As equagdes de compatibilidade entre as subestruturas podem ser obtidas aplicando-se uma con

Eua-ub_o

(6)
Enr r]r =0

As parcelas de coordenadas modais mantidas sdo utilizadas para efetuar uma nova
transformac&o linear no sistema, sendo que a matriz de conectividade geral (S) é dada por:
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A equacdo (8), representa a equagdo de movimento sintetizada do sistema completo e a
sua solucao fornece os autoval ores e autovetores complexos.

3. CRITERIO DE ELIMINACAO AUTOMATICA DE MODOS COMPLEXOS

Nos processos de sintese modal que utilizam o superconjunto moda de flexibilidade
residual, o usuario define, aleatoriamente, quais modos desgja retirar da base modal. Estes
modos n&o selecionados vao ser utilizados para definir os modos de flexibilidade residual.
Neste caso, mesmo mantendo-se um numero suficiente de modos na base, corre-se o risco de
selecionar modos que seriam de baixa sensibilidade para a identificacéo dinamica do sistema
original. Visando automatizar este processo, foi definido um critério de eliminacéo de modos
complexos através da suposicdo de que as parcelas internas de energia dos modos
selecionados séo as principais responsaveis pelo movimento de vibracdo do sistema compl eto,
j& que as parcelas relativas do contorno ficardo naturalmente sujeitas as condicfes impostas
pelo acoplamento. Os graus de liberdade do interior de cada subestrutura, por sua vez, tendem
a sofrer estes efeitos apenas de forma indireta. No entanto, como 0 movimento resultante da
estrutura completa € devido ao acoplamento muituo entre os varios modos das subestruturas
conectadas, mesmo que um modo isolado de uma subestrutura possua uma pequena influéncia
no contorno, quando este modo for, naturalmente, associado com os outros modos da outra
subestrutura conectada, esta vinculago pode acarretar em um aumento do nivel de energia de
deflex&o no contorno. Esta influéncia foi medida levando-se em conta um peso que fornece
um indice de qualidade modal. Considerando, inicialmente, duas subestruturas conectadas, o
peso final de cada modo (Z¥) é definido através de um somatério muituo entre os Varios pesos
modais de cada subestrutura conectada. Estes pesos modais individuais de cada subestrutura
s80 obtidos através da norma Euclidiana (kreyzig, 1991) entre as parcelas modais do contorno
e as parcelas modais internas (Cleudmar e Kurka, 1999). Finalmente, o peso final de cada j-
€simo modo de uma dada subestrutura € obtido por:
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Onde (N,)) representa um somatério de (n) pesos finais na direcdo (x). Portanto, um
critério consistente é a eliminagdo daguel es modos de maior peso (N').

4. FORMULACAO EM MODOS COMPLEXOS

Os trabalhos de (Santos, 1993) e (Mitchell, 1990) apresentam um processo de
transformac&o de modos reais em modos complexos similares e que sdo utilizados como base
para a formulacdo apresentada neste trabalho. Uma base de autovetores complexos pode ser

extraida & partir dos modos reais calculados (). Para que os modos complexos obtidos

possam descrever adequadamente o comportamento do sistema fisico, deve-se efetuar uma
normalizacdo conveniente dos modos reais calculados. A fim de se obter estes pardmetros de
normalizacdo, considere um sistema com amortecimento geral descrito pela equacdo (2). Esta
equacao diferencial de primeira ordem, de tamanho 2n € descrita por;
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As coordenadas fisicas (v) sdo substituidas pelas coordenadas modais () através da
seguinte transformacao linear:

_ 0 Op y° O
v=_0 n onde _%LU AU DD (1)

A matriz modal () é composta de modos normais mantidos e modos de flexibilidade
residual, conforme mostrado na equagdo (4). Através das equagdes (10) e (11) e
premulticando o resultado pela transposta da matriz modal, obtém-se um conjunto de
equacOes diferenciais daforma:

an+bn=_0'P (12)

Onde:
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Os autovalores do sistema sdo descritos por (A =-w& -iw/1-& ). A equacio
(12) édiagonal. Com isso, as equacdes de ortogonalidade podem ser definidas como:



2w & Y"MY+y"CP=0 ~WP'MY + 'Ky =0
20 & P'MY +PiCP =0 - wP"MY+P"KY=0 (13)

Para um sistema modelado sem amortecimento, o parametro de normalizacdo dos
modos reais € obtido da seguinte forma:

@2A\"m” 0 O k" = AZm" 0 O
a=g O e b=g . 0O (14)
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Onde, as equagtes de compatibilidade do sistema amortecido s&o definidas como:

‘M =m 'Ky =k
Y My WKy (15
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Através das equacOes (13) e (15), obtém-se para a parcela relativa a matriz de massa, a
seguinte relacéo:

m =i2¢ ‘My (16)

Para uma normalizacdo pela massa e da equacdo (14), tem-se que ( 2A m =1).
Finalmente, através das equactes (15) e (16) tem-se que:

1
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Utilizando o parametro de normalizacéo definido pela equacéo (17), € possivel a

obtencdo de modos complexos simulados através dos modos reais. Se 0s modos reais obtidos

pelo método de elementos finitos forem normalizados pela massa, os modos complexos
simulados de cada subestrutura, seréo definidos por:

Y ‘Mg = (17)

P=@ +iQ sendo -9 ¢ oM o=I (18)
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5. ESTRUTURA ANALISADA

O modelo avaliado consiste de uma estrutura de aluminio construida em perfil U
(Cleudmar, 1998) cujas dimensdes sdo mostradas na figura (2). Para a aplicagdo do processo
de sintese, a estrutura completa foi dividida em duas subestruturas. A subestrutura (1) é
definida pela estrutura principa (asd) e a subestrutura (2) é definida pelo quadro (tanque),
(kurka e Cleudmar, 1998). Os parametros modais experimentais das subestruturas e estrutura
completa foram identificados a partir das funcdes de resposta em frequéncia (FRF) de pontos
aleatoriamente distribuidos nas subestruturas, utilizando-se o programa StarModal, (SMS,
1990).



A estrutura completa, a subestrutura (1) e a subestrutura (2) foram também modeladas
analiticamente, utilizando-se 0 método dos elementos finitos, através do programa Ansys. Os
model os foram construidos utilizando-se elementos de casca com oito nds por elemento e seis
graus de liberdade por n6. As dimensdes do modelo analitico sdo idénticas as do modelo
experimental. A tabela 1 apresenta a comparacdo entre as frequéncias naturais numericas com
as respectivos frequéncias identificadas experimentamente. Como os indices de
amortecimento sdo baixos, utilizaram-se, para fins de comparacdo, somente a parte
imaginaria dos autovalores experimentais. Os modelos analiticos e experimentais foram
avaliados através da comparacdo dos respectivos autovalores utilizando-se a inspecéo visual
entre os respectivos modos.

Os autovetores obtidos via andlise numérica foram normalizados de acordo com a
equacao (17) e bases modais complexas equival entes foram obtidas de acordo com a equacéo
(18). Estas bases modais foram utilizadas para a identificacdo dos parametros dinamicos da
estrutura completa através da técnica de sintese modal. As informag6es modais analiticas das
subestruturas sd0 armazenadas em um arquivo externo e através do Programa Struct,
(Cleudmar, 1998) € realizado o processo de sintese modal. Neste caso, eliminaram-se 5
modos da subestrutura (1) e 8 modos da subestrutura (2), correspondendo a 27,8 % e 40% do
total dos respectivos modos.

Asa: Sub. (1)

% Tanque : Sub. (2)
\%

Figura 2. Desenho da estrutura analisada.

A tabela 2 apresenta os resultados da sintese modal do sistema utilizando o critério de
selecdo automética de modos. Estes valores estdo dentro de faixas usuais de identificacdo
obtidos pela técnica de sintese modal (Duarte, 1993).



Tabela 1. Comparacdo entre as frequéncias naturai s analiticas e experimentais.

FREQUENCIAS NATURAIS (Hz
SUB 1 SUB 2 ESTRUT. COMPLETA
EXP. MEF ERRO EXP. MEF ERRO | EXP. MEF ERRO
(%0) (%) (%)
1 58,6 57,2 24 617,0 776,0 25,8 74,7 75,9 1,6
2 254,0 | 2250 11,4 919,0 933,0 15 174,7 187,7 74
3 354,0 | 3220 9,0 988,0 954,0 34 356,3 402,1 12,9
4 600,0 | 616,0 2,7 1210,0 1070,0 11,6 475,1 492,0 3,6
5 626,0 | 679,0 8.5 1250,0 1160,0 7,2 550,9 578,8 51
6 677,0 | 810,0 19,7 1370,0 1310,0 44 726,3 784,8 81
7 784,0 | 894,0 14,0 1510,0 1520,0 0,7 790,6 815,1 31
8 809,0 | 912,0 12,7 1660,0 1600,0 3,6 846,3 915,9 8.2
9 963,99 | 1030,4 6,9 1770,0 1700,0 3.9 939,7 952,4 14
10 | 964,0 | 1030,2 6,9 1810,0 1900,0 4,9 966,6 996,6 3,1

Tabela 2. Resultados da sintese modal.

NuUmero do | Frequéncias naturais do Frequéncias naturais ERRO MAC
modo sistema (Hz) sintetizadas (Hz) RELATIVO (%)
1 0,06 0,07 245 0,38
2 0,07 0,05 31,7 0, 88
3 0,13 0,14 39 0, 86
4 75,9 232 69,4 0,91
5 187,7 156,3 16,7 0, 60
6 492,0 369,5 24,9 0, 89
7 784,8 682,1 13,1 0,50
8 815,1 865,4 9,2 0, 60
9 1047,7 1028,1 1,9 0,84
10 1048,0 1007,2 39 0, 60
11 1062,8 1058,6 0,4 0, 83

5. CONCLUSOES

O trabalho apresenta uma técnica de conversdo de modos reais em modos complexos.
Estes modos complexos equivaentes sdo utilizados no método de sintese modal que utiliza
um superconjunto de flexibilidade residual acoplado a um processo automético de escolha de
modos a serem utilizados na sintese do sistema. A indicagdo dos modos que devem ser
selecionados ou ndo selecionados das subestruturas, € um fator decisivo para a obtencdo de
precisdo na sintese final. Verificou-se, através do modelo experimental, que o critério
proposto € uma das possibilidades de escolha das bases modais apropriadas que poderiam ser
utilizadas no processo de sintese, ndo descartando, porém, a possibilidade de existéncia de
outras bases modais que também poderiam levar a resultados satisfatérios. Observou-se que
os resultados obtidos com esta base modal equivalente foram satisfatérios, indicando a
possibilidade de utilizagdo de tal procedimento quando uma base de modos reais da estrutura
for calculada via método dos elementos finitos. Uma avaliagdo mais criteriosa da metodologia
pode ser obtida considerando um outro modelo experimental com um indice de
amortecimento mais el evado.
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Resumo

O Método dos Elementos Finitos foi usado na investigagdo dos efeitos da ndo-conformidade
geométrica entre mancal e alojamento sobre o campo de tensdes de uma bronzina. A
distribuicdo de pressdo hidrodinémica atuante na bronzina foi calculada através da teoria de
Ocvirk para mancais curtos. Na andlise das tensoes circunferenciais na superficie do mancal e
das tensdes cisal hantes na interface entre revestimento e a casca de ago da bronzina verificam-
se concentracfes de tensdo nas regides onde ha perda de suporte ou influéncia de particulas
incrustadas entre 0 mancal e o alojamento, as quais podem contribuir para a nucleagdo de
falha por fadiga.

Palavras-chave: mancais de filme fluido, analise de tensdo, ndo-conformidade geométrica,
método dos elementos finitos, falha por fadiga.

1. INTRODUCAO

Mancais de biela e mancais principais de virabrequins de motores de combust&o interna,
conhecidos como bronzinas, ou casquilhos, sdo usualmente obtidos através da conformagéo
de uma tira de aco de baixo carbono na qual sdo depositadas camadas de materia metalico
com o objetivo de reduzir o atrito e permitir suficiente conformabilidade para acomodar o
munhé&o (Wilcock e Booser, 1957).

Os carregamentos ciclicos severos aos quais estes mancais estéo sujeitos, podem levar o
material antifriccdo a falhar por fadiga. Em mancais revestidos com babbitt, as trincas de
fadiga progridem primeiramente através da espessura da camada de babbitt, mudando de
direco a medida que aproximam-se da interface revestimento/casca de ago (encosto,
Figural.a), passando a propagarem-se paralelamente e logo acima da interface. Quando
ocorre 0 encontro entre trincas radiais e circunferenciais, ha desprendimento de pequenos
trechos do revestimento. O numero destes trechos aumenta gradualmente até que a superficie
de apoio restante sga insuficiente para suportar a carga. Se o material antifriccéo n&o estiver
apropriadamente aderido ao encosto, estas trincas propagar-se-ao rapidamente ao longo da
interface (Wilcock e Booser, 1957), causando o desprendimento do revestimento.

Qual quer tentativa na predicédo de falha em mancais deve ser baseada no conhecimento da
distribuicdo de tensdes em servico. Apesar da falha por fadiga ser facilmente reconhecida, os



fatores e circunsténcias que levam a sua ocorréncia ainda ndo estdo completamente
esclarecidos.

Babbitt (+=0.3mm)

Encosto

Perfil de pressdo

(a) (b)

Figura 1. (a) configuracéo usada na andlise e, (b) malha de elementos finitos.

A auséncia de solucbes andliticas confidveis e a dificuldade em se obterem resultados
experimentais levaram ao uso de técnicas numéricas para se atingir uma melhor compreensao
do problema. Ibrahim e McCallion (1970) calcularam as tensdes em uma tira bimetdlica
usando o0 método das diferencas finitas. Eles sugeriram que a falha por fadiga seria induzida
na superficie do mancal devida as tensdes normais flutuantes, ou na interface, devida as
tensdes cisalhantes flutuantes. McCallion e Lofti (1992) usaram o método dos elementos
finitos para comparar as posi¢ces das tensdes circunferenciais de tracdo méaximas com a
localizagdo das trincas observadas experimentalmente por Blundell (1977)* e encontraram
uma excelente correlagdo entre as posi¢oes das trincas de fadiga observadas e a posicéo das
tensdes circunferenciais de tracdo maximas calculadas. Xu (1996) analisou um mancal com
revestimento formado por uma liga de aluminio sobre um encosto de aco, suportado por um
alojamento também de aco, e propds que a repeticdo de tensdes cisalhantes elevadas podem
iniciar trincas a0 longo da interface, tanto na direcdo axial, quanto na circunferencial.
Hacifazlioglu e Karadeniz (1996) analisaram um manca radia adotando um modelo
retificado onde foram usados elementos hierérquicos. Eles estabeleceram que a presenca de
um canal de lubrificagdo no alojamento levaria a concentracdes de tensdo no revestimento.
Neste trabalho Hacifazlioglu e Karadeniz (1996) também analisaram os efeitos da auséncia de
suporte em parte do mancal.

No presente trabalho alguns resultados da influéncia da falta, ou da ndo-conformidade do
suporte fornecido pelo alojamento a um mancal de filme fluido submetido a uma distribuicéo
de pressdo hidrodinamica sdo apresentados. O programa de elementos finitos ANSYS”,
versao 5.4 (Swanson Analysis Systems, 1995a,b) foi usado para modelar um mancal como um
anel suportado por um aojamento perfeitamente rigido. Os efeitos da auséncia de suporte
parcial em mancais com encosto de ago e ceramica e, a presenca de particulas incrustadas
entre 0 manca e o alojamento sobre as tensdes circunferenciais na superficie e, sobre as
tensdes cisadhantes na interface entre o revestimento e o encosto foram analisadas
individualmente. Esperase que o0s resultados desta investigacdo sejam Uteis no
desenvolvimento de métodos que permitam prever falha por fadiga em mancais submetidos a
cargas variaveis.

! Blundell, J. K., 1977, “The fatigue of dynamically loaded journal bearings’, PhD Thesis, University of
Nottingham.



2. MODELAGEM EM ELEMENTOSFINITOS

Os mancais considerados nesta andlise sdo constituidos por uma casca cilindrica de aco
ou ceramica revestida por uma liga antifriccdo. Foi adotada a hipétese de estado plano de
deformacdo, que, segundo Ibrahim e McCallion (1970), € uma consideracéo realistica para
relacdes comprimento/diametro (I/d) usuais. Lang (1977) também adotou estado plano de
deformacdo em seu trabalho, enquanto Hacifazlioglu e Karadeniz (1996) consideraram esta
aproximagdo aceitdvel para um pré-projeto. Os mancais anadisados foram submetidos a
carregamentos estaticos. Para todos os modelos assumiu-se uma perfeita aderéncia entre o
revestimento antifriccdo e o encosto, 0 que garante a continuidade dos deslocamentos nesta
regi&o.

O modelo tomado como referéncia na comparagdo dos resultados corresponde a um
mancal com aojamento perfeitamente rigido e totalmente apoiado no alojamento (Figura 1.a).
O didmetro interno do mancal € d = 50,0 mm, seu comprimento é | = 25,0 mm, a espessura
do revestimento ét, = 0,3 mm e, a espessura do encosto te = 1,8 mm. Estas dimensdes foram
tomadas de uma bronzina de uso corrente na industria automobilistica. O material antifriccéo
€ um babbitt base-estanho com médulo de Young E, = 50 GPa e coeficiente de Poisson
vp = 0,330 (American Society for Metals, 1985). O aco do encosto possui médulo de Y oung
Es = 207 GPa e coeficiente de Poisson vs = 0,292 (Shigley e Mischke, 1989). O material
cermico é o SisN4, com modulo de elasticidade Es, = 304 GPa e, coeficiente de Poisson
Ve = 0,240 (Richerson, 1993). Esta ceramica é usada na fabricacéo de elementos rolantes de
rolamentos para el xos de maquinas ferramentas e, também, como revestimento de ferramentas
de usinagem. Schwartz (1992) cita, ainda, 0 emprego de materiais ceramicos em buchas.

No modelo com suporte completo os deslocamentos radiais foram restringidos ao longo
de toda a circunferéncia externa (Figura 1.a). O n6 nainterface entre o encosto e o aojamento
em 6 = 1ttambém possui seus deslocamentos impedidos na diregdo circunferencial, conforme
apresentado na Figura 1.a. Esta restri¢do circunferencial é necessaria para evitar problemas
numericos decorrentes de movimento de corpo rigido e para simular o ressalto encontrado em
bronzinas, cuja finalidade é impedir que as mesmas girem ou movimentem-se axialmente no
alojamento.

A distribuicgo de pressdo atuante na regido compreendida no intervalo 34 < 0 < 7174
(Figura 1.8) foi calculada usando-se a teoria de Ocvirk para mancais curtos (Norton, 1996).
Adotou-se, para a analise, uma pressdo maxima arbitréria, prax = 10 MPa, que ocorre no
angulo 6 = 297°. A velocidade de operacdo é n = 3600 rpm. Considerou-se uma folga radial
do mancal ¢; = 0,022 mm.

Foram usados elementos quadrilaterais isoparamétricos de oito nds, PLANES82 (Swanson
Analysis Systems, 1995b) para todos os modelos. O revestimento antifriccdo e o encosto
foram discretizados por uma malha regular de 160x4 e 160x6 elementos, respectivamente,
conforme ilustrado na Figura 1.b. Esta densidade de malha foi adotada ap6s serem executados
sucessivos refinamentos e atingir-se convergéncia das solucoes.

3. RESULTADOSE DISCUSSOES

A auséncia de suporte em parte da circunferéncia do encosto pode ser causada por falha
de usinagem, ou superficie do alojamento com acabamento grosseiro; aperto insuficiente dos
parafusos do alojamento; ou por deformacdo do alojamento causado por aquecimento e
resfriamento brusco. Ranhuras para distribuicdo de 6leo no alojamento devem ser evitadas, a
ndo ser para mancais de parede grossa [Neale (ed), 1973]. Impurezas solidas entre o mancal e
0 alojamento também sdo consideradas causas de ndo-conformidade.



Na Figura 2 sdo apresentadas as distribui¢des de tensdes circunferenciais na superficie do
mancal para as seguintes situaces de apoio: suporte completo, suporte parat< 6 < 21 e
T < 0 < 71M4. Apesar de ser quase totalmente compressiva, a tensdo circunferencia na
superficie do mancal com suporte completo, passa a ser de tracdo ao fina da regido de
pressdo, onde ocorrem 0s maiores gradientes de pressdo. Para este mancal, a tenséo
circunferencia de tragdo maxima possui o valor de 0,0213 pmx €, ocorre ao fina da regido
lubrificada, onde existem os maiores gradientes de presséo.

0.3

tenlsao cnrcunferencnal,ceelme

0.3} —— suporte completo
—o&—  suporte em 1< 0 < 211
——  suporte em i< 0 < 714
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0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 1.4 1.6 1.8 2
e/m

Figura 2. Influéncia da auséncia de suporte fornecido pelo alojamento sobre as tensdes
circunferenciais na superficie do mancal.

Nota-se que o perfil da curva de tensdo circunferencial tem sua forma alterada nas regides
onde termina o apoio do alojamento. Particularmente, se a auséncia de suporte ocorre dentro
daregido de pressao, as tensdes circunferenciais de tragdo tendem a val ores bastante elevados,
maiores que agueles encontrados ao final da regido lubrificada (fim do perfil de presséo
hidrodindmica), quando esta Ultima apresenta-se apoiada. A auséncia de suporte causa
deformaces de flexdo localizadas induzindo as tensdes circunferenciais de tragdo a valores
muito elevados. De modo geral, os resultados desta investigacao estdo de acordo com agueles
apresentados por Hacifazlioglu e Karadeniz (1996).

A influéncia da ndo-conformidade geométrica sobre as tensdes cisalhantes na interface
entre o0 revestimento e o0 encosto para as mesmas condi¢cdes de suporte acima, € apresentada
na Figura 3. Para o mancal com suporte completo, a tensdo cisalhante maxima na interface
entre o revestimento e 0 encosto ocorre sob a regido de maior gradiente de presséo e, seu
valor é de 0,0303 pmsx. Da mesma forma como ocorre com as tensdes circunferenciais na
superficie do mancal, nota-se uma forte modificacdo na distribuic¢éo e magnitude das tensbes
de cisalhamento nas regides sob pressdo onde h& perda de suporte.

A resposta do mancal com encosto de cerdmica ao suporte incompleto do alojamento,
também foi analisada. Verifica-se que 0 mancal com encosto de ceramica é menos sensivel a
auséncia de suporte do alojamento, tanto no que se refere as tensdes circunferenciais de tragéo
na superficie, quanto as tensdes cisahantes na interface entre o revestimento e o encosto
(Figuras 4 e 5, respectivamente). Em 8 = 11, tém-se tensdes circunferenciais maximas na
superficie de 0,1285 prax, para 0 mancal com encosto de aco e, de 0,0921 prmax, para 0 mancal
com encosto de cerédmica. Comportamento analogo foi obtido com relagdo as tensdes
cisalhantes maximas na interface entre o encosto e o revestimento; 0,0178 pmax, para 0 mancal
com encosto de aco e, 0,0133 prax, para o mancal com encosto de ceramica.
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Figura 3. Influéncia da auséncia de suporte fornecida pel o alojamento sobre as tensbes

cisa hantes nainterface revestimento/encosto.

0.2

o
-

x

& o 9

= 5

D
°
<

T .01 i
=
o
QL
=

§ -0.2 E
‘©
o

% 03 1
2

-0.4 E

—o— encostodeago
—o—  encosto de cera mica
05 L L L L L L L L L
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 1.4 1.6 1.8 2
erm

Figura 4. Influéncia da auséncia de suporte fornecido pelo alojamento sobre as tenses
circunferenciais na superficie do mancal para diferentes materiais de encosto (suporte em 1< 6 < 2m).
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Figura 5. Influéncia da auséncia de suporte fornecido pelo alojamento sobre as tensdes cisalhantes na
interface revestimento/encosto para diferentes materiais de encosto (suporte em 1< 8 < 2).




Outra situacdo de ndo-conformidade geométrica entre alojamento e mancal ocorre
guando ha presenca de particulas solidas (sujeira, rebarbas, etc.) entre o alojamento e o
encosto. Estas particulas impedem o contato adequado entre a bronzina e o alojamento e
dificultam o fluxo de calor. Para analisar a influéncia da presenca destas particulas sobre o
campo de tensbes foi imposto a0 encosto, na regido correspondente ao fim do perfil de
pressdo hidrodinamica, um deslocamento radial de 1 um, no sentido do centro da bronzina.
Todos os nos da circunferéncia externa da bronzina permaneceram nas condi¢bes de
alojamento perfeitamente rigido, ou sgja, com os deslocamentos impedidos na direcdo radial.
Esta situacdo corresponderia a presenca de um conjunto de particulas perfeitamente rigidas,
com didmetro de 1 um, alinhadas no sentido do comprimento do mancal, incrustadas no
encosto, entre 0 mancal e o alojamento; este Ultimo, também perfeitamente rigido. A
influncia da presenca desta particula sobre a distribuicdo das tensdes circunferenciais na
superficie do mancal e sobre as tensdes cisalhantes na interface entre o revestimento e o
encosto é mostrada nas Figuras 6 e 7, respectivamente.
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Figura 6. Influéncia da presenca de particula solida entre 0 mancal e o alojamento sobre
as tensdes circunferenciais na superficie do mancal.
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Figura 7. Influéncia da presenca de particula solida entre o mancal e o aojamento sobre
as tensdes cisalhantes na interface revestimento/encosto.



Nota-se que, tanto as tensdes circunferenciais de tragdo na superficie, quanto as tensdes
cisalhantes na interface entre o encosto e o revestimento, sofrem significativo aumento na
regido af etada pela presenca das particulas.

A presenca de particulas sblidas entre o alojamento e o mancal, causam distor¢des de
flex@o na superficie do revestimento. O efeito torna-se ainda maior quando somado a flex&o
devida aos elevados gradientes de pressao ao fim da regido de pressio.

Analisando-se os resultados, pode-se dizer que a conformidade geométrica entre mancal e
alojamento possui significativa influéncia na magnitude das tensdes circunferenciais de tragéo
na superficie do revestimento e das tensbes cisalhantes na interface entre encosto e
revestimento, devendo ser evitada afim de aumentar avida afadiga do mancal.

4. CONCLUSOES

Mancais radiais de filme fluido sob carregamento estatico foram analisados através do
Método dos Elementos Finitos com o objetivo de se verificar a influéncia da falta, ou da ndo-
conformidade do suporte fornecido pelo alojamento ao mancal sobre 0 campo de tensdes em
bronzinas.

Dentro do escopo deste trabalho pode-se concluir que:

i) A auséncia de conformidade entre mancal e alojamento na regido sob presséo induz tensdes
circunferenciais de tracéo na superficie do mancal. As tensdes cisalhantes na interface entre o
revestimento e o encosto também sofrem forte influéncia, tendo seus valores aumentados na
regido onde ha perda de suporte;

i) Mancais com encosto de cerdmica apresentam-se menos sensiveis a auséncia de suporte
guando comparados a mancais com encosto de ago. As magnitudes das tensdes
circunferenciais de tragdo na superficie e das tensbes cisdhantes na interface
revestimento/encosto, na regido onde ocorre perda de suporte, s&o menores quando
comparadas aos mancais com encosto de ago;

iii) A presenca de particulas estranhas entre o alojamento e o encosto induzem deformacoes
de flexdo na superficie do mancal, originando tensdes circunferenciais de tracdo nesta regido.
As tensbes cisahantes na interface tém suas magnitudes aumentadas quando ha presenca
destas particulas.

A condicdo de aojamento perfeitamente rigido € uma consideracdo bastante
simplificadora. Na realidade, ndo existe estrutura perfeitamente rigida. Particularmente, em
mancais radiais de filme fluido, submetidos a carregamentos variavels, uma baixa rigidez do
alojamento implica uma diminuicdo da vida a fadiga do mancal, devido ao aumento da
magnitude das tensdes (Hacifazlioglu e Karadeniz, 1996; Thomazi, et al, 1999).

Sugerem-se investigacdes no intuito de verificar a viabilidade da utilizagdo de material
ceramico na confeccéo de encostos de bronzinas. A despeito das dificuldades, inicialmente
relacionadas com a obtencdo de boa conformabilidade entre alojamento e mancal, devido a
maior rigidez do material ceramico, Hamrock e Anderson (1983) citam que, naquela ocasiéo,
mancais de rolamentos com elementos cerdmicos estavam sendo utilizados ainda em caréter
experimental. Hoje, mancais antifriccdo de material cerdmico sdo amplamente
comercializados e apresentam, em determinadas aplicagbes, grandes vantagens sobre os
rolamentos convencionais.

A andlise apresentada neste trabalho restringe-se aos efeitos da ndo-conformidade
geométrica entre mancal e alojamento. Varios fatores relevantes que afetam a distribuicéo das
tensdes em mancais de filme fluido ndo foram considerados no presente trabalho. Entre eles,
podem ser citados a influéncia da deformacéo do mancal e do alojamento, promovido pelo
carregamento hidrodinamico e térmico sobre a distribui¢do de pressdo hidrodindmica (efeito
elasto-hidrodinamico); o esmagamento das bordas da bronzina devido a operacédo de



montagem e, as tensdes residuais devidas ao processo de fabricagdo. Este fatores, entre outros,
s80 objetos de uma investigacdo mais ampla que encontra-se em andamento.
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Resumo.

Este trabalho visa discutir alguns aspectos da modelagem computacional tridimensiona de
um cabo de fibras Opticas pelo Méodo dos Elementos Finitos. O cabo 6ptico estudado no
presente trabalho é do tipo “loose tube’, com 6 fibras em cada tubo de protegdo (total de 36
fibras Opticas monomodo), onde tais tubos séo reunidos ao longo de uma helicéide em torno
do elemento estrutural central. Foi utilizado o programa ANSY S, versdo 5.3, paradiscretizar a
estrutura do cabo pelo Método dos Elementos Finitos. Um modelo preliminar foi
desenvolvido considerando-se o cabo como um problema de estado plano de deformagdes.
Em seguida, utilizando-se alguns resultados da andlise plana, foi criado um modelo sdlido
tridimensional. Aspectos a respeito desta modelagem serdo discutidos no presente trabaho,
visando fornecer subsidios para uma modelagem mais completa no futuro.

Palavras chave: Cabos Opticos, Anélise Numérica, MEF.

1. INTRODUCAO

Cabos épticos (Keiser, 1991) sdo dispositivos utilizados em sstemas de comunicacdes de
dados e devem possuir caracteristicas mecanico-estruturais que 0s permitam transmitir
informagdes com baixa perda de sinad. Os componentes do cabo Optico estudado neste
trabalho seréo apresentados no item 2.

Quando submetido a carregamentos externos, seja compressao diametral, flex&o, variagdo
de temperatura etc., os cabos podem sofrer deformacdes excessivas que serdo transmitidas as
fibras dpticas. Ta comportamento degrada e compromete a transmissdo dos sinais atraves das
fibras. Deste modo, é de fundamenta importancia o controle e a limitacéo das deformactes
dos componentes estruturais que compdem o cabo Optico.

Este trabalho procura discutir aspectos da modelagem computacional tridimensional de um
cabo de fibra 6ptica, submetido a esforgcos de compressdo diametral, pelo Método dos
Elementos Finitos. Um estudo desta natureza se faz necess&rio por algumas razdes principas:
primeiro, o0 comportamento mecanico-estrutura do cabo tem influéncia em sua capacidade de
transmissdo de dados; segundo, tem-se um emprego crescente de cabos Opticos nas empresas
de telecomunicagoes. Estes fatos fazem com que a otimizagdo no projeto dos cabos épticos
sgja de fundamental importancia para as indastrias que os produzem.



2. CARACTERIZACAO DA ESTRUTURA DE UM CABO OPTICO

A fibra opticaé um meio através do qua informagdes luminosas sdo transmitidas. Consiste
em material dielétrico, essencialmente silica pura (SiO,), dopada com peguena quantidade de
outros materiais. Possui uma estrutura cilindrica formada por uma regido central, nicleo
(core), por onde ainformacdo luminosatrandta, envolta por uma camada, denominada casca,
composta de material de menor indice de refracdo, onde ta sinal é refletido.

As fibras apresentam baixa resisténcia mecénica. Curvaturas acentuadas fazem com que o
sinal luminoso percaintensidade, fendmeno conhecido como atenuagdo. Por este motivo, eas
precisam ter protecdo mecanica. No cabo Optico em estudo, esta protecéo € oferecida por
tubos do tipo “loose’, caracterizados por terem as fibras Opticas soltas em seu interior. A
figura 1 mostra fibras Opticas e o0 tubo de protecéo tipo “loose”.

~

Figura 1. FibrasOpticas e Figura 2. Tubos “loose” de protecéo reunidos
tubo “loose” de protecéo em torno do elemento estrutural central

Cada um dos tubos de protecdo “loose tube” que compdem o cabo Optico em estudo
abrigam fibras Opticas embebidas em um fluido gelatinoso impedindo penetracdo de umidade.
Os tubos, por sua vez, sdo reunidos em torno de um elemento estrutural central, como pode
ser visto nafigura 2.

Este conjunto, elemento centra e tubos de protegdo (nucleo Optico), € envolvido, no modelo
de cabo em estudo, uma maha de material fibroso resistente a tracéo (elemento de tracéo) e
uma capa de material plastico, como ilustrado nafigura 3

Figura 3. Nucleo optico, Figura 4. Representacdo da
elemento de tracdo e capa estrutura do cabo tipo loose em estudo

Existem diversos modelos estruturais de cabos opticos (configuragdo tipo tight, loose ou
ribbon) que déo protecdo mecanica as fibras dpticas e tais estruturas sdo projetadas de acordo
com 0 uso que o cabo tera. O presente trabaho estuda as estruturas de cabos de configuracéo
loose, cuja geometria é representada esquemati camente nafigura 4.



3. ASPECTOSDO MODELO COMPUTACIONAL ADOTADO

O cabo optico foi discretizado pelo Método dos Elementos Finitos, utilizando-se o
programa ANSYS, versdo 5.3, onde, devido a complexidade do cabo, vérios tipos de
elementos foram considerados. Conforme explicado a seguir, dois tipos de andises foram
redizadas — uma plana (estado plano de deformacdes) e outratridimensional. Os componentes
estruturais do cabo foram modelados por e ementos finitos PLANE42, nos modelos em estado
plano de deformacdes e por elementos SOLID45 nos modelo tridimensionais. Elementos de
contato (Johnson, 1987) foram empregados para representar a interacéo entre os diversos
tubos do cabo, o elemento estrutural central e a capa do cabo.

O principa desafio nesta etapa do trabalho é simular a interacdo entre os componentes
estruturais do cabo éptico através dos elementos de contato. A escolha correta das constantes
caracteristicas destes elementos € uma fase crucia na andlise.

Com este objetivo e visando agumas smplificagdes no modelo computaciona, o estudo
do cabo seguiu as seguintes etapas: Primeiro, o cabo optico foi modelado no estado plano de
deformactes, desprezando-se o efeito da helicdide. Segundo, para considerar o efeito da
reunido dos tubos de protecéo em formade hélice em torno do elemento central, foi criado um
modelo tridimensional para o cabo optico.

3.1. Andlise do cabo éptico em estado plano de deformacgtes

Em uma primeira etapa da andlise, um modelo computaciona do cabo Optico foi criado,
consderando-o em estado plano de deformagdes.

Esta hipétese simplificadora negligencia o efeito da reunido dos tubos de protecédo se dar
de maneira helicoidal em torno do elemento central, ou sgja, considera que a se¢éo transversal
do cabo e suas deformagdes séo as mesmas em todo seu comprimento.

As propriedades de material e geometria do modelo sdo aqueles caracteristicos do cabo, a
excecdo da rigidez equivdente dos tubos de protecdo. Estes sdo agora representados por
cilindros macicos com rigidez equivalente.

Os componentes estruturais do cabo foram modelados por elementos finitos PLANE42 e
0s contatos entre tubo de protecdo/capa, tubo de protecdo/tubo de protecdo e tubo de
protecdo/elemento central foram modelados por elementos CONTACA48.

Este elemento de contato funciona com um agoritmo que procura, de maneira
incremental, a posicéo de equilibrio entre duas superficies, superficie de contato e superficie
alvo, que podem vir a entrar em contato. O elemento apresenta grande sensibilidade as suas
congtantes caracteristicas (rigidez norma e tangencid) bem como as propriedades dos
materiais que podem entrar em contato e as cargas atuantes no sistema. A figura 6 ilustraum
elemento plano de contato, seus nos (i, j e k), seu sistema de coordenadas e as superficies
envolvidas no problema, contato e avo.

SupariicE & rem

Figura 5. Modelo computacional Figura 6. Elemento
plano do cabo éptico plano de contato (CONTAC48)



Na base do cabo, 0s apoios restringiram as trand acdes nas diregdes x e y. No topo do
cabo, foi aplicada uma carga diametra de pressdo de modo a simular um ensaio de
compresséo diametral.

Tal modelo é afetado pela ndo linearidade do elemento de contato, havendo um grande
custo computacional parasua solucdo. Além disto, 0s parametros necessarios para caracterizar
os elementos de contato, isto €, a rigidez normal e tangencial, podem variar em uma larga
faixa de valores. Dependendo destes valores, chega-se a convergéncia correta (solugéo do
problema), convergéncia incorreta (resultados incorretos) ou divergéncia (solucdo ndo
encontrada).

Esta etgpa da andlise requer grande esforgo computacional, uma vez que a escolha das
congtantes ndo segue parametros rigidos. O software Ansys sugere uma grande faixa de
valores admissiveis para as constantes. O modelo plano do cabo convergiu corretamente com
arigidez normal de contato assumindo valores na ordem de grandeza da rigidez média dos
componentes estruturais do mesmo. Ainda no modelo plano, arigidez tangencial do contato
deve assumir valores da ordem de um centésimo darigidez normal.

Pode-se observar um resultado qualitativamente correto no modelo computaciona plano
do cabo dptico, onde os esforcos aplicados no topo do cabo foram transmitidos através da
capa, para os tubos de protecdo. Estes sofreram um rearranjo e a simetria € verificada. Uma
maior aplicacdo de carga leva a uma maior deformacdo dos tubos de protecdo. A figura 7
ilustra a deformacéo do modelo plano do cabo éptico.

Figura 7. Convergéncia correta do Figura 8. Convergénciaincorreta do
model o computaciond plano modelo computacional plano

A figura 8 representa uma convergéncia incorreta do model o, obtida com a mudanga nas
congtantes caracteristicas do elemento de contato. O resultado encontrado nem sequer pode
ser interpretado fiscamente.

O modelo em estudo pode representar melhor o cabo éptico quando incorporar o tubo de
protecdo real (incluindo os elementos finitos que modelam o gel e as fibras dpticas).

Em seguida, com afinalidade de considerar areunido helicoida dostubos de protegdo em
torno do elemento central, criou-se um modelo sdlido tridimensiona. Nesta etapa, com vistas
areduzir o custo computacional, foram utilizados alguns conceitos desenvolvidos na andise
no estado plano de deformagdes (tubo equivalente).

3.2. Andlise tridimensional do cabo optico

A patir da secéo transversal do cabo analisada no item 3.1, o cabo foi modelado
geometricamente para um passo da helicéide (Huang, 1994) de 100 mm. Cada incremento na
direcdo longitudinal (dz no sistema cilindrico de coordenadas) do cabo foi gerado de tal modo
gue os incrementos narotacdo (dO) perfizessem um passo completo ao final dos 100 mm. As



demais dimensfes de cada componente foram usadas de acordo com dados de projeto do
cabo. A figura 9 representa o sistema cilindrico de coordenadas e a figura 10, um incremento
longitudina dz da modelagem espacia do cabo éptico.
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Figura 9. Sistema cilindrico Figura 10. Incremento longitudinal (dz)
de coordenadas empregado na na secéo transversal do cabo Optico

modelagem espacia do cabo

Na etapa de implementacdo da geometria do problema tridimensiond ja se verifica uma
necessidade de se trabalhar com equipamentos de grande poder computacional. A versdo 5.3
do Ansys gera um arquivo de 276 MB para representar 0 modelo geométrico do cabo. Td
modelo encontra-se na figurall.

Para obtencdo de resultados (deformacdo do cabo Optico), este modelo € muito caro
computacionamente. Nesta etapa, optou-se por uma maha de elementos finitos menos
refinada (figura 13), com elementos edruturais lineares  tridimensionais SOLID45
(paraelepipedo de 8 nés, com 3 graus de liberdade em cada n6 — translacéo nas direges X, y
ez) em um quarto do passo da hélice de reunido.

A solucdo do problema tridimensional depende, assm como no estado plano de
deformaces, das congtantes de rigidez normal e tangencial do elemento de contato, no caso,
CONTACA49 (figura 12) . E oportuno sdientar que estas constantes s3o diferentes daquelas
utilizadas no modelo em estado plano.
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Figura 11. Modeo Figura 12. Elemento de contato
tridimensional do cabo éptico tridimensional (CONTACA49)

Assim como no modelo plano, o algoritmo do e emento de contato tridimensional procura
aposicdo de equilibrio entre duas superficies, mas o custo computaciona € maior. Isto porque
o demento finito CONTAC49 requer que os elementos estruturais que modelam as
superficies, de contato e avo, sgam lineares. Estes elementos, por sua vez, exigem uma
ma ha de elementos finitos estruturais refinada o suficiente para garantir a preciséo da solucéo



do problema, 0 que aumenta consderavelmente o tamanho dos sistemas de equaches e
arquivos de dados manipulados.

Figura 13 Figura 14
Modelo tridimensional Elementos de contato
da estrutura do cabo éptico empregados no modelo

A tabela 1 relaciona os valores adotados nos modelos computacionais para médulos de
elagticidade e coeficiente de Poisson para os materiais que entram em contato

Tabda 1. Caracterizacdo dos materiais empregada no modelo tridimensional

Médulo de elasticidade Coeficiente de Poisson
Elemento estrutural (E=N /mmz) W)
Capa 681 0.3
Aramida 50 0.1
Tubo de protecéo 758 0.3
Elemento central 53.700 0.3

4. RESULTADOS

Os resultados (deformacdo do cabo Optico) obtidos com o modelo tridimensional podem
ser consderados satisfatorios, uma vez que representam qualitativamente bem o
comportamento do cabo Optico. Além disto, 0 modelo computaciona criado serve como
pardmetro de comparacéo entre 0 comportamento do cabo atualmente construido e novos
projetos de cabos (com variagdes na geometria e nos materiais).

Melhores resultados quantitativos dependem, entretanto, de alguns fatores: a geragdo de
uma malha mais refinada no interior do cabo (na modelagem dos tubos de protecéo e do
elemento estrutural central); a consideracéo da ortrotopia do componente estrutural de tracéo;
aincorporacdo do gel e das fibras 6ticas no interior do tubo de protecéo e a consideracéo das
ndo-linearidades geométricas e de materiais.

No momento, novos estudos estdo sendo realizados com outros elementos de contato da
versdo 5.5 do software Ansysl], que admitem elementos estruturais quadraticos na
modelagem das superficies de contato.

O modelo ilustrado na figura 13 foi submetido a diversas cargas de compressdo diametral
e suas respectivas deformagdes foram comparadas com ensaios realizados no cabo éptico. A
figura 15 representa a situacdo deformada do cabo 6ptico apos a aplicagdo de uma carga de



500 N. Observar que alguns tubos de protecéo sofrem um esmagamento maior do que outrose
gue a camada de aramida é mais deforméve, ja que ela ndo tem rigidez na direcdo radial.

Compressédo diametral
Cabo 6ptico com 6 tubos "loose”
600
11%
500 y ., /%
400 2%.—4/
= ~
& 300 3‘%
° 200 = E
12% ‘—._ensalo
100 = O = modelo
0
0,75 1 1,25 15 1,75 2 2,25 2,5
Deslocamento (mm)
Figura 15. Figura 16.
Estrutura do cabo 6tico deformada Gréfico comparativo dos deslocamentos

verticais maximos sofridos pelo cabo optico

A tabela 1 e o gréfico dafigura 16 comparam os valores de deslocamento radial méximo
sofrido pela estruturado cabo Optico. Tal deslocamento € sofrido pelo né superior da capa do
cabo, na posicéo onde sofre aaplicacdo do carregamento de compressdo diametral.

Os valores numéricos obtidos com 0 modelo computacional estéo no entorno dos valores
obtidos nos ensaios de laboratério. O erro percentua encontra-se aceitavel (na ordem de 3%)
nas cargas de trabalho as quais o cabo 6ptico € submetido. Entretanto, observa-se 0 ganho de
rigidez do modelo computaciona (em relacdo ao ensaio) com o aumento da carga aplicada.
Para amenizar este efeito, deve-se incorporar as sofisticagbes ao modelo computaciond (tais
como néo-linearidade geométrica e de materia, ortrotopiado componente estrutural de tragéo,
refino da malha de elementos finitos no interior do cabo e inclusdo do gel e fibras Opticas no
interior dos tubos de protecéo).

Tabda 2. Deslocamentos verticais do cabo éptico

Deslocamento (mm)

Carga (N)
1dz 2dz 3dz 4dz 5dz
200 1,191 1,163 1,124 1,066 1,029
300 1,672 1,595 1,544 1,405
400 1,909 1,935
500 2,130

Os valores empregados no gréfico da figura 16 sdo referentes ao modelo computacional
com 3 incrementos longitudinais dz.

5. CONCLUSAO E TRABALHOS FUTUROS

O Mé&odo dos Elementos Finitos empregado em problemas de contato mostrou-se
bastante apropriado para modear a estrutura do cabo Optico proposto neste trabalho. Tem-se
exatamente a situacdo de restricdo a penetracdo de um componente estrutural no outro, mas
com aliberdade de escorregar quando em contato.

Tendo em vista a complexidade da estrutura do cabo Optico, tanto geométrica quanto dos
materiais que a compdem, a maior dificuldade em um trabaho desta natureza é a
determinac&o das constantes caracteristicas do problema de contato.



Os resultados obtidos representam qualitativamente bem o comportamento do cabo
optico. Uma melhor representacdo quantitativa deverd ser obtida com a elaboracdo de
modelos mais completos. O elemento estrutural de tragdo (material fibroso aderente a capado
cabo 6tico) devera ser considerada como material ortotrépico, com suas diferentes rijezas
(direcéo radia e diregdo longitudinal) sendo caracterizadas corretamente. Os materiais que
compdem a capa do cabo 6ptico e o tubo de protecdo das fibras dpticas devem ser
caracterizados considerando o fato de que eles ndo tém um comportamento linear, a partir de
curvas tensdo x deformacdo que os caracterizem.

Além do aperfeicoamento do modelo estrutural, os componentes do interior do tubo de
protecdo, gel e fibras Opticas (Tormena, 1999), devem se incluidos. Este ultimo
aperfeicoamento do modelo computaciona permitira a avaliacdo dos efeitos do carregamento
externo aplicado ao cabo 6tico sobre afibra éptica.

Uma vez gprimorado o modelo computacional do cabo éptico, uma etapa seguinte do
trabalho, prevé a aplicacdo de um carregamento de variacdo de temperatura ao mesmo, que é
um problema que também afeta a sua capacidade de transmissdo de dados.
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Resumo

Neste trabaho a andlise modal de um eixo rotativo, desenvolvida com um modelo
paramétrico de identificacdo baseado em dados experimentais, € comparada com os resultados
de smulacdo numeérica obtidos através do método dos elementos finitos. A analise por
elementos finitos foi implementada utilizando o software comercial ANSYS, de modo a
validar o procedimento de identificacdo dos parametros modais.

Palavras-chave: Anaise modal experimental, identificacdo, parametros modais, € ementos
finitos.

1. INTRODUCAO

Afim de prever precisamente o desempenho dinamico de estruturas e méguinas flexivels
torna-se necessario obterem-se modelos analiticos com um alto grau de precisdo. Devido a
prépria complexidade destas estruturas, uma técnica comum de modelagem é obtida usando o
método dos elementos finitos. Contudo, é fato conhecido que essa metodologia € passivel de
erros (Cook, 1974).

Por outro lado, a utilizacdo efetiva de métodos numeéricos para andlise de problemas
fisicos reais sem solugdo analitica conhecida, implica na validagdo dos resultados
computacionais através, por exemplo, da comparacdo com resultados de medicOes
experimentais. A utilizacdo de andlise experimental permite também obter informacdes
complementares do sistema estudado, de modo a melhorar o modelo tedrico, como por
exemplo, inferir sobre valores de amortecimento estrutural.

Desta forma, a proposta deste trabalho é comparar os resultados da andlise modal de um
eixo rotativo, que faz parte de uma bomba de pistdes axiais tipo swasplate para fluido
Oleo-hidraulico. A andlise foi desenvolvida através de duas diferentes metodologias:
experimental e simulagdo numeérica, de forma a validar o procedimento de identificacdo dos
parametros modais.

Inicialmente, foi utilizado o software comercial de elementos finitos, ANSYS, para
realizar as simulagdes numéricas do comportamento do eixo a vibragdo. Em seguida, foram
utilizadas técnicas experimentais, onde o eixo foi ensaiado e 0s respectivos parametros
modais foram determinados por andlise modal no dominio do tempo. Nesta etapa foram
utilizados diferentes mecanismos de excitacdo: martelo de impacto instrumentado e excitador
de vibragOes. A coleta e tratamento dos dados no procedimento experimental foi desenvolvida
com auxilio dos softwares SISDIN e AQDADOS daLYNX.



2. ANALISE MODAL TEORICA

Andlise modal é fundamentada no fato de que o comportamento dindmico de um sistema
linear pode ser descrito como uma composi¢éo de movimentos independentes, que possuem,
cada um, uma forma de deformacéo Unica. Estes movimentos independentes sdo definidos
como modos de vibragdo. Os modos de vibragdo sdo caracterizados pel os parametros modais:
freqiéncia natural, amortecimento modal e forma modal.

Assim, a analise modal determina as propriedades dindmicas de uma estrutura mecanica
através da identificacdo de seus modos de vibragdo. As propriedades inferidas através da
analise modal, podem ser utilizadas para prever ou controlar a performance dindmica da
estrutura (Ewins, 1992 & Meirovitch, 1986).

O procedimento de andlise modal elaborado via e ementos finitos, abrange as seguintes
etapas gerais. construcdo do modelo geométrico, geracdo do modelo discreto, aplicacéo das
condigdes de contorno (cargas e restrigdes), expansdo dos modos, obtencéo da solucéo e
revisao dos resultados.

Como um dos interesses desta andlise foi 0 de visualizar as configuracfes deformadas do
eixo, foi construido um modelo tridimensional da estrutura inteira sem a utilizacdo de planos de
simetria, no calculo daresposta estrutural.

O material utilizado para a confeccdo do eixo € o aco SAE 4140, sendo este um aco de
média temperabilidade e com boas propriedades mecanicas.

Para a geracéo da malha de elementos finitos foi utilizado o elemento SOLID 72. Este
elemento € definido por 4 nés, possuindo 6 graus de liberdade em cada um dos nés: rotactes em
torno dasdirecbes X, Y, Z, etrandacbes nasdiregoes X, Y eZ.

A figura 1 apresenta o modelo global do eixo com a maha de elementos finitos, sendo
constituida por 12.681 elementos e 2.771 nés.

Figura 1. Mahade elementos finitos do eixo rotativo.
2.1. Resultados de Simulacdo Numérica por Elementos Finitos

As quatro primeiras frequiéncias naturais obtidas sdo apresentadas natabela 1. Nafigura 2
sfo ilustradas as formas modais correspondentes a0 2° modos de vibragdo e 3° modo de
vibracao respectivamente. Ressalta-se que em vista da maior complexidade do modelo podem
aparecer frequiéncias que ndo sdo verificadas no procedimento experimental.



Tabela 1. Valores das 4 primeiras frequiéncias estimadas do modelo de elementos finitos.

Modo | Frequéncia (Hz)
1° 1.822,3
2° 1.826,7
3° 3.808,9
4° 3.891,6

Figura 2. 22 e 3% formas modais do eixo.
3. PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL

No desenvolvimento do procedimento experimental, um eixo de uma bomba axia tipo
swashplate foi confeccionado com o objetivo de realizar um ensaio de andlise modal. Com os
dados do ensaio aidentificacdo dos parametros modais do sistemafoi realizada através de um
model o paramétrico do dominio do tempo. Da identificagdo as frequiéncias naturais estimadas
do modelo de elementos finitos foram validadas e os fatores de amortecimento da estrutura
foram também estimados. O ensaio foi desenvolvido com a estrutura presa por elementos
elasticos conforme ilustra a figura 3-(a). O procedimento experimental consistiu em aplicar
impactos em diferentes pontos da estrutura e coletar os sinais de aceleracédo em um dado
ponto de referéncia. Este procedimento foi baseado em uma andlise univariada (modelo
SISO). Os sinais foram medidos ao longo de uma Unica dire¢do. A componente de excitagdo
foi aplicada ao sistema através de um martelo de anadlise modal, imprimindo-se impactos em
oito pontos dispostos de forma equidistantes ao longo do eixo. O aparato instrumental
indicado na figura 3-(b) consistiu de um martelo, acelerébmetro, condicionadores de sinais,
filtros anal 6gi cos e sistema de aquisi¢do de dados. O sistema de aquisi¢do de dados resume-se
auma placa anal6gica digital, um software de aquisi¢céo e um microcomputador.

@

(b)
Figura 3. (a) Eixo ensaiado; (b) Aparato experimental.




A aguisicéo dos sinais foi efetuada na freqtiéncia de amostragem de 10.000 Hz de modo
estabel ecer afaixa de andlise de 0 a5.000 Hz. As saidas dos sinais dos condicionadores foram
filtrados com filtros analégicos do tipo passa-baixa gjustado na freqiéncia de 5.000 Hz.
A andlise dos sinais foi processada com programas desenvolvidos no ambiente do Matlab,
tomando-se os dados de entrada e saida referentes as oitos estacdes de medida. Na figura4 é
ilustrado uma funcdo de transferéncia do sistema correspondente a resposta no ponto de
referéncia 3 a um impacto aplicado no ponto 2.

10°

Acelerancia (U.E)

0 1000 2000 3000 4000
Fregiiéncia (Hz)

Figura 4. Funcéo de transferéncia H32.
4. PROCEDIMENTO DE IDENTIFICACAO

A identificac@o experimental foi implementada com um modelo paramétrico do dominio
do tempo. De inicio foi adotado 0 modelo autoregressivo de médias moveis com entrada
exogena (ARMAX), no entanto como os resultados obtidos com o0 modelo autoregressivo
com entrada exdgena (ARX) foram equivalentes, optou-se pelo Ultimo. A justificativa da
escolha do modelo ARX foi motivada pela sua simplicidade de implementagdo com relacdo
aos aspectos numéricos e estimacdo da ordem do modelo. Os modelos ARX com diferentes
ordens foram gjustados a partir dos dados de forca e aceleracéo obtidos nos diferentes pontos
de medida no eixo. Os dados experimentais foram gustados pela seguinte equacdo de
diferencas que descreve um processo ARX:

2N ) =2 )
y(k)=qu(k-')+ y f (k=) +e® (1)

onde p er correspondem a ordem dos processos autoregressivo (AR) e exégeno, os escalares
a;j (i =1 ... p) representam os coeficientes AR que ponderam a influéncia de valores prévios
de uma série temporal discreta {y(k)} no valor presente y(k), yvi (i = 1 ... r) sdo coeficientes
associados a uma componente deterministica de excitacdo e e(k) componente relacionado com
0 erros de gjuste (Skullestad, 1996). Dos coeficientes AR um polinémio de grau da mesma
ordem do processo AR é construido. As raizes do polinémio guardam informagdes relativas
aos parametros modais, frequéncia e fator de amortecimento, bem como informagdes de
modos computacionais que aparecem em decorréncia da ordem do modelo ser mais elevada
do que a ordem verdadeira do processo em questdo. O recurso do gjuste de ordens mais
elevadas justifica-se em razdo dos efeitos de ruidos presentes nos sinais e de aspectos
relacionados a precisdo dos estimadores numéricos. Assim o aspecto fundamental no processo
de estimacao € a busca de critérios de gjuste de ordem de model 0 que estabel eca estimacdo de



parametros precisa, bem como critérios que possibilitem distinguir os parametros que
guardam a informagdo da dindmica do sistema dagueles relacionados com o0s modos
computacionais (Hollkamp et al., 1992). Reforcando o conceito enfatiza-se que aidéia bésica
na determinacdo da ordem é estabelecer a ordem que fornega par@metros mais precisos ao
invés de identificar a verdadeira ordem do modelo. Na literatura sGo propostos diferentes
critérios de gjuste da ordem de modelos, tais como os critérios FPE, AIC, MDL, etc. (Ljung,
1987 & Young, 1976). Estes critérios baseiam-se essencialmente na minimizacdo de um
funcional descrito a partir do erro quadrético de gjuste. Os aspectos importantes na busca da
identificaco satisfatéria € levar em consideracéo que a identificac@o apropriada do modelo
depende da relagdo associada entre o tipo de excitagdo a estrutura do modelo de gjuste e a
relacdo de transformacéo dos pardmetros discretos da equacdo de diferencas com os polos
relacionadas ao dominio continuo no tempo da transformada de Laplace (Broersen, 1988 &
Fassois et al., 1990). No presente trabalho optou-se pelo critério MDL (Maximum Description
Lenght) para o gjuste da ordem do modelo ARX.

Considerando todos os relevantes aspectos acima o procedimento de identificacéo adotado
neste trabal ho resume-se nos seguintes passos.
Leitura dos dados de entrada e saida do sistema;
Ajuste do modelo ARX de diferentes ordens e defini¢cdo da ordem com o critério MDL ;
Avaliacdo de model os concorrentes de modo a avaliar a preciséo dos parametros,
Obtencdo do polinémio caracteristico com base nos coeficientes AR;
Obtencéo dos pdlos do model o e separacdo dos modos computacionais e modos fisicos;
Estimag&o das freqiiéncias e fatores de amortecimento do sistema
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4.1. Resultados

Os resultados foram avaliados para cada conjunto de dados de entrada e saida nas oito
estacOes de medidas definidas no eixo. Na faixa de freqiéncia estudada foi identificado trés
modos. O que se observou é gue em todos 0s pontos a convergéncia dos parametros modais
relativa ao primeiro modo foi bastante satisfatoria. Ja para o segundo e terceiro modos a
convergéncia dos parametros relativa ao conjunto de dados ficou prejudicada nos extremos do
eixo. Mas com os dados obtidos nos outros pontos pode-se validar o modelo, bem como
utiliz&los como referéncia para a busca de model os concorrentes que estabel ecam resultados
mai's precisos. Este procedimento é justificado em razéo dos critério de ordem néo estabel ecer
efetivamente a ordem ideal. Visto que determinada base de dados pode até ndo ser
caracterizada pelo modelo escolhido, requerendo assim modelos mais robustos. No caso em
estudo ndo foi necessario este recurso, no entanto o que se adotou foi um refinamento da
ordem do modelo. O critério utilizado para definir os paré@metros fisicos do sistemafoi através
da andlise do modulo do fator de amortecimento e pela repetibilidade das componentes
(Mathias, 1998). Na tabela 2 séo apresentados alguns resultados referentes a identificagdo de
parametros com trés conjuntos de dados, relacionados a estacdo de referéncia 3 e aos pontos
de impactos 1, 3 e 4. As freguéncias estimadas através do modelo ARX sdo destacadas em
negrito natabela.



Tabela 2. Resultados preliminares daidentificacéo.

H31 H33 H34
f(Hz) | ¢ f(Hz) | ¢ f(Hz) | ¢
1,0 1000 [22 1000 |44 100,0
3417 714 22250 (485 2301 (413
9991 (44 666,90 [232 6581 243
1.536,6 |25.8 1.002,6 [2,0 1.004.1 [11,0

14162 |52 1.4483 |79
1.836,0 11,3x10°/1.836,0 |1,3x10%[1.836,0 |1,2x10°
24518 (49 2.181.1 62 2.236.2 |56
2.965.4 49 25497 6.9 25164 753
27748 168 26343 [6,0
3.181.0 [3,0 3.0337 7.1
3.091.4 (9.1
3.703,8 [7,1x10° [3.706,6 |2,1x10"[3.7085 [1,9x10*
3.744.7 17,3x10° [3.7451 16,7x10°|3.745,0 |7,0x10
4.4938 [3,0 42876 (2.3 43147 |22
46351 (25 46771 132

Observa-se dos dados relativo a fungéo de transferéncia H31 que certa discrepancia
aparece no fator de amortecimento do modo de frequéncia 3.703, 8 Hz. Embora em menor
grau este problema foi também verificado no terceiro modo na andlise de outros conjuntos de
dados. A validacdo dos parametros foi efetuada utilizando quatro amostras de sinais para cada
ponto de medida. Problema semelhante foi observado no outro extremo da barra (ponto 8). Os
demais pontos apresentaram resultados satisfatérios ndo requerendo maior demanda de
recursos numéricos para a andlise. Outro aspecto que ficou evidente da anadlise é que a ordem
do processo AR para os dados sempre apresentou valores elevados (acima de 20) e do
processo exégeno foi baixa, aspecto que € caracteristico de sinais deterministicos. Na
tabela 3 sdo compilados os resultados da estimacdo dos parametros, frequéncia e fator de
amortecimento, obtidos com os sinais medidos no ponto 3 quando excitado nos pontos 2 € 4,
respectivamente. Os resultados correspondem a média da identificacdo de um conjunto de
quatro amostras para cada estagdo de medida.

Tabda 3. Pardmetros modais identificados.

H32 H34

f(Hz) f(Hz)

1.835,9

C
1,3x10°

1.836,2

C
1,2x10°

3.706.8

1,9x107

3.707.6

2.1x10*

3.744.8

7.0x10°

3.745.2

6,9x10°

Pela comparacdo percentual das freqiéncias estimadas na tabela 3 com as do modelo de
elementos finitos, conclui-se que na primeira freqiéncia o erro foi da ordem de 1,0%, na
segunda o erro foi da ordem de 2,7% e naterceirao erro foi de 3,0%.

5. CONCLUSOES

Um método de identificagdo paramétrico aliado a um modelo de elementos finitos foi
aplicado para estimar os parametros modais de um eixo de uma bomba swashplate. O método
de identificagé@o explorou a relacéo entre o modelo paramétrico discreto e 0 modelo continuo
no tempo derivado da formulagdo de Laplace.



E importante salientar que o objetivo principal deste trabalho foi de estabelecer subsidios
ao projeto de uma bomba tipo swashplate que se encontra em desenvolvimento no
Departamento de Mecanica da FEG — UNESP. O trabalho continua sendo complementado
com a identificagdo dos modos de vibrar através da andlise dos residuos da funcéo de
transferénciaidentificada.
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Resumo

Este trabalho apresenta um problema eliptico bidimensional de perturbagao singular,
resolvido através do método de elementos finitos (MEF). A solucao deste problemas apre-
senta as mesmas dificuldades encontradas no calculo de problemas de equilibrio de cascas
elasticas delgadas. O objetivo é desenvolver ferramentas apropriadas para contornar as
dificuldades associadas a camadas limite e interna que aparecem quando a espessura da
casca tende a zero. O problema em estudo é uma funcao de um parametro € > 0 que,
quando lhe sao atribuidos pequenos valores, provoca também o aparecimento destas ca-
madas. Para que se consigam resultados satisfatorios para a solucao do problema nas
camadas, via MEF, necessita-se de uma malha refinada anisotrépica, que é obtida, neste
trabalho, através de um processo adaptativo.

Palavras-chave: malha anisotrépica, perturbagao singular, adaptatividade.

1. INTRODUCAO

Uma casca ¢ simplesmente um corpo elastico cuja forma no seu estado natural nao
deformado é de pequena espessura 2e em relacao a sua superficie S. Pode-se mesmo
dizer que uma casca é uma superficie material de espessura 2e. Exemplos familiares de
aplicagoes de cascas sao: painéis solares de satélites e outras estruturas espaciais, cascos
de navios, revestimentos de avioes, torres de centrais nucleares, reservatorios, etc.

A estatica e a dinamica das cascas elasticas delgadas sao atualmente relativamente
mal conhecidas e apresentam problemas inesperados a um usudrio desinformado. Exis-
tem algumas teorias (Goldenveizer (1962) e Niordson (1985)) que fornecem resultados
relativamente satisfatorios para cascas de uma certa espessura, mas se tornam pouco
confidveis no caso de espessuras muito pequenas. Algumas catastrofes aconteceram nos
ultimos anos na construcao de torres de resfriamento de centrais nucleares, como o caso de
Ferry-Bridge no Reino Unido (Sanchez-Palencia (1995)), o que leva a crer que os métodos
de calculo ainda nao sao adequados.

Os problemas do cédlculo de cascas eldsticas delgadas foram expostos por Sanchez-
Palencia (1995), que afirma que, para certos tipos de cascas com certas solicitagoes es-
pecificas, as teorias apontadas acima apresentam bons resultados. Mas, segundo o mesmo
autor, na maioria dos casos aparecem fenomenos surpreendentes e inesperados no calculo
de estruturas feitas a partir de cascas delgadas.

De fato, as equacoes da teoria classica de cascas contém dois termos correspondentes a
energia de deformacao: de membrana e de flexao. Os coeficientes correspondentes a estes



dois termos tém uma razao entre si de e 2. Consequentemente, pode-se estudar o com-
portamento assintético de uma casca delgada quando a espessura tende a zero (Sanchez-
Palencia (1989)). Esta caracteristica do problema tem se acentuado devido a tendéncia de
otimizacao de todo tipo de estruturas, implicando na construcao de estruturas cada vez
mais delgadas, cujo calculo necessita de cédigos confidveis mesmo em condicoes limites
quando a relacao entre a espessura e as outras dimensoes da casca tende a zero.

Dois problemas sao frequentemente encontrados ao se fazer o calculo numérico de
solucoes de cascas eldsticas delgadas. O primeiro é o travamento (locking) de membrana
causado por uma certa incompatibilidade entre o subespaco dos deslocamentos inexten-
sionais e o subespaco dos elementos finitos utilizados. Segundo Choi(1999), o travamento
de membrana é uma deterioracao da aproximagao por elementos finitos quando a espes-
sura tende a zero.

O segundo problema consiste no surgimento de fenomenos de falta de regularidade das
solucoes, que se manifestam através de camadas limites, camadas internas, propagacao
de singularidades e outras instabilidades, sendo conhecido por sensibilidade. A razao
principal do surgimento destes fenomenos é que as equacoes de cascas tém como limite,
quando a espessura tende a zero, equacoes que nao sao necessariamente elipticas, de modo
que as solucoes nao apresentam propriedades de regularidade habituais aos problemas de
elasticidade, que sao do tipo eliptico. Uma descricao correta deste tipo de singularidade
pode ser feita através de refinamentos da malha nas zonas onde elas aparecem. Desta
forma, para se conseguir calculos numéricos com precisao satisfatéria torna-se necessario
refinar a malha uniformemente, o que conduz, quando a espessura ¢ muito pequena, a
um numero de graus de liberdade extremamente grande; ou a ter-se um conhecimento
preciso do tipo de singularidade e de seu posicionamento em cada caso particular, o que
¢ inviavel nas aplicagoes praticas de cascas delgadas.

Segundo Sanchez-Palencia (1995) e Choi et al.(1998) é extremamente complicado o
desenvolvimento e a implementacao de um elemento finito para cascas que contorne estes
dois problemas. Dentro deste contexto, numa primeira etapa é conveniente considerar-se
o estudo de um problema similar com um grau de dificuldade reconhecidamente menor
para que se possam desenvolver ferramentas que serao utilizadas posteriormente na im-
plementacao de um elemento finito para cascas delgadas dentro de um cédigo cléssico que
possa gerar malhas adaptativas anisotropicas.

Desta forma, o objeto de estudo deste trabalho é um problema eliptico bidimension-
al de perturbagao singular que depende de um pequeno parametro ¢ > 0. Sao uti-
lizadas forgas (segundo membro) singulares (que nao pertencem ao espago dual de energia)
colocando-se em evidéncia fenomenos de camada limite e camada interna de grande in-
tensidade. Este problema é similar ao de solucoes de cascas, cuja equacao possui também
um pequeno parametro que é a espessura da casca. Quando esta tende a zero surgem
problemas andlogos aqueles encontrados para o problema em estudo.

Um célculo numérico confiavel para valores pequenos de € s6 é possivel através de uma
malha bastante fina nas camadas. Para se construir estas malhas é necessario utilizar-se
um gerador de malhas adaptativas bidimensional. Devido a complexidade de constru-
cao de um codigo deste tipo, optou-se por utilizar o programa BL2D desenvolvido por
Borouchaki e Laug (1995) que permite a construgao de malhas bidimensionais isotrépicas
ou anisotrépicas, com ou sem adaptacao.

2. APRESENTAQAO DO PROBLEMA
Sejam © = (0,1) x (0,1) um dominio bidimensional, u :  — R um campo escalar de
interesse, f : {2 — R um campo de forgas e & := (z,y) um ponto representativo qualquer



em €. O problema de perturbacao singular em estudo é da forma:

e2A’u—cAu=f, com ¢&>0, (1)

f= =0 F(y), (2)

onde Au é o laplaciano de u, 5295:1) é a derivada da distribuicao de Dirac é no ponto z =1
e F(y) é uma funcdo qualquer que depende unicamente de 3.
As condigoes de contorno sao:

u
u=0emzr=0, u=0emz=1 —=0emz=0 e z=1. (3)
0x
Levando-se em conta as condigoes de contorno utilizadas, a formulacao variacional do
problema é da forma:

a’(u,v) =bv), weV e YveV, (4)

com:
a’(u,v) = 62/ AuAvdx +c/ Vu-Vude e bv):= / fodex. (5)
0 Q 0

Esta forma de escrever é mais adequada a realidade fisica do problema: a forma
bilinear a (u, v) representa o trabalho virtual das forcas internas (associado a variacao da
energia de deformacao do sistema) e a forma linear b(v) representa o trabalho das forgas
exteriores para o deslocamento virtual v aplicado ao meio.

Os espagos apropriados V' e V, sao definidos como:

V={veH*Q)}, parac>0 e V,={veH(Q)}, parac=0. (6)

Como forma linear b(v) sao aplicadas for¢as que estao no espago dual de V', mas que
nao estao no espaco dual de Vj, isto é, f € V', mas f ¢ V.

Desta forma, observa-se que no problema limite, no qual € = 0, hd uma inconsisténcia
devida a f. A consequéncia é que, para £ pequeno, aparecem fenomenos de camada limite
e camada interna de grande intensidade. Problemas deste tipo foram considerados em
dimensao 1 por Leguillon et al.(1999). Neste trabalho faz-se o estudo do mesmo problema
considerando-se o caso bidimensional.

No célculo das integrais utiliza-se o método da quadratura de Gauss.O elemento finito
implementado é triangular com 3 graus de liberdade por né (u e as derivadas parciais u, e
uy,). Este elemento é chamado de triangulo de Hermite do tipo 3 (Kardestuncer (1987)).

Deseja-se fazer uma expansao ctibica de u. Disto surge uma dificuldade, pois para se
fazer a expansao desejada utiliza-se um polinémio completo de terceiro grau contendo dez
termos e tem-se apenas nove graus de liberdade. Para se resolver este problema foram
utilizadas as fungoes de base encontradas em Zienkiewicz (1991), propostas por Specht
(1988) que permitem escrever:

w=Na=[Li, Ly, Ly, L1 Ly, LyLs, LsLy,
LiLy +1/2L1LyLs {3(1 — pig) Ly — (1 + 3p3) Ly + (1 + 3ps) Ls}
L3Ls +1/2L1 Ly Ly {3(1 — pu) Ly — (1 + 3pu1) Ly + (1 + 3p11) Lo }
L3Ly +1/2L1 Lo Ls {3(1 — pig) Ly — (1 + 3pu2) Ls + (1 + 3p12) L} | (7)

3



onde:

12 —[2 12— 2 12 -2
M1:3122 M2:1123 M3:2l2 17 (8)
1 2 3

e l1, I, I3 sao os comprimentos das arestas do triangulo.
A forma linear b(v) é da forma:

b(v) = / foda. )
)
A funcao f utilizada é da forma:

f==0(=0)F(y), (10)

onde d(,_,, ¢ a derivada da distribui¢ao de Dirac § no ponto z =1 e F(y) é uma fungao
qualquer que depende unicamente de y.

Com este tipo de for¢a F'(y), utiliza-se a antisimetria do problema em torno de x = 1
e acrescenta-se a independéncia da solucao em relagao a y para comparar-se a solucao
deste problema com a solugao unidimensional apresentada por Leguillon et al. (1999).

Com este segundo membro a camada limite encontra-se préxima da reta x = 1 para
valores pequenos de . Para ser utilizado nos cédigos cldssicos de elementos finitos este
tipo de segundo membro nao padrao necessita de uma reprogramacao.

O elemento finito implementado foi acrescentado ao Modulef, uma biblioteca de pro-
gramas destinada a resolucao de problemas quaisquer através do método dos elementos
finitos, desenvolvida na Franca pela equipe do INRIA - Institut National de Recherche en
Informatique et en Automatique.

3. RESULTADOS PRELIMINARES
O problema teste é definido em um dominio bidimensional com z € [0;1] e y € [0; 1],
segundo a Figura 1.

du_g

©.) dy wy

u=0

‘Luzo u=0
dx Simetria

y

L.

Figura 1. Problema teste com condicoes de contorno

00 du_
dy

0 w0)

O segundo membro é uma funcao do tipo f = —5E$:1)F(y) com F(y) = —0.5. Com a
escolha desta funcao, a solucao do problema é independente de y e pode ser comparada
com a solucao do problema unidimensional. Afim de comparar os resultados, utiliza-se
o cédigo delta2 (que foi desenvolvido por Dominique Leguillon), o qual resolve o mesmo
problema na sua forma 1D. A malha unidimensional usada nos teste é sempre regular, ou
seja, todos os elementos possuem o mesmo tamanho.

Todos os calculos da validacao foram feitos em um computador pessoal com sistema
operacional Linux Red Hat 6.0, equipado com processador Pentium IT de 300 Mhz e 64Mb



de meméria RAM. Para os dois testes preliminares o valor da constante c¢ é igual a 1, e
varia-se o valor de . No primeiro teste tem-se ¢ = 0.1 e no segundo teste ¢ = 0.01.

Para a construcao das malhas utiliza-se a rotina apnoxx do Modulef. Para cada tipo
de malha sao feitos varios refinamentos, através de divisoes sucessivas das arestas do
dominio. A varidvel M é o nimero de nds sobre cada aresta do dominio. Para fazer-se
a comparacao entre os casos unidimensional e bidimensional o dominio €2 é cortado por
uma reta de equacao y = 0.5 e é mostrada, a curva de u em funcao de x para esta reta.

Para o primeiro teste, com £ = 0.1, a Figura 2 apresenta a malha mais refinada (com
M = 45) e o gréfico de convergéncia para o valor maximo da fun¢ao u (tmqz), normalizado
em relacao ao valor maximo obtido para o problema unidimensional, sobre a reta y = 0.5.
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Figura 2. a) Malha regular com M =45 b) Convergéncia de g, em y = 0.5

A Figura 3 mostra a curva de u(z) em y = 0.5 para o modelo unidimensional e para
o modelo bidimensional. Destas duas figuras observa-se que a convergéencia é muito boa.
Para este valor de £ nao ha uma camada limite definida, e a curva de u é suave.

Figura 3. Teste 1 - a) Resultado unidimensional b) Resultado bidimensional

Apresentam-se agora os resultados do teste com ¢ = 0.01. A Figura 4 mostra o grafico
de convergéncia para o valor maximo de u(x) e os isovalores de wu.
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Figura 4. a) Convergéncia de u;q,; em y = 0.5 b) Isovalores de u com € = 0.01

Observa-se que, apesar de ter-se uma boa convergéncia para .., 0 grafico de isoval-
ores apresenta oscilacoes na extremidade direita. Esta é a regiao de camada limite, que
esperava-se aparecer para pequenos valores de €. A Figura 5 mostra a curva de u(z) em
y = 0.5 e comprova a grande variacao do gradiente de u nesta regiao.

5



Figura 5. Teste 2 - a) Resultado unidimensional b) Resultado bidimensional

Constréi-se uma nova malha, refinada na regiao da camada limite. A Figura 6 apre-
senta esta malha e os isovalores de u obtidos com ela.

MMM AR AR TR AKX A TATA LR R
XXX XXX XXX TR XXX KT

Figura 6. Teste 2 - a) Malha refinada & direita b) Isovalores de u

Observa-se que, com esta malha refinada a direita, resolve-se o problema de oscilacoes
nesta regiao. Entretanto, observa-se que na parte esquerda do dominio aparecem novas
oscilagoes. A partir destas constatagoes, procura-se implementar um procedimento de
geracao automdtica de malhas para este problema, de modo a refinar a malha nos locais
onde ha grande variacao no gradiente da funcao u.

O programa escolhido para se gerar as malhas automaticamente é o BL2D, um gerador
de malhas adaptativas bidimensional, desenvolvido por Borouchaki e Laug (1995). O
processo adaptativo consiste em:

e construir uma malha inicial com o BL2D

e calcular a solucao correspondente com o Modulef
e utilizar um estimador de erro

e decidir pela adequacao ou nao da malha atual:

— se a malha atual é estavel e fornece bons resultados, fim;

— senao, traduzir os resultados do estimador de erro em uma carta de especifi-
cacoes ou carta de métricas que permitird a construcao de uma nova malha
adaptada e depois iterar o processo.

4. RESULTADOS COM GERACAO AUTOMATICA DE MALHAS

Para que se possa comparar melhor os resultados, dois pontos P e @), cujas coordenadas
sao P := (0.955,0.5) e @ := (0.05, 0.5), sao fixados na malha.Os valores de u nestes pontos
sao calculados em todas as iteracoes e o grafico da Figura 7 apresenta a convergéncia do
valor de u. Os valores sao normalizados em relagao a solu¢ao do problema unidimensional.



44— Fonie =
e Pl

Bor normal s
'3
i
1
I

v v =
1] 2 L [=11] 9L
Mmoo grows de ibandscds

Figura 7. Convergéncia do processo iterativo

Da Figura 7 observa-se que a convergencia é muito boa e tem-se para o ponto P bons
resultados para malhas com apenas 300 graus de liberdade (100 néds), enquanto que, para
as malhas regulares do teste anterior sao necessdrios 4523 ndés com a malha refinada a
direita. Para o ponto (), a convergéncia é um pouco mais lenta, com bons resultados
apenas para malhas com mais de 400 graus de liberdade. A Figura 8 apresenta as malhas
para as iteracoes 0, 5 e 10 e os isovalores de u de cada uma delas.
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Observa-se que tem-se grande densidade de elementos na regiao da camada limite para
a malha da iteracao 10. Os elementos desta regiao sao altamente anisotropicos, pois a
variacao do gradiente de u na direcao x é muito maior do que na direcao y. Assim, o
processo adaptativo cria elementos que sao estirados na direcao paralela a camada limite.

No lado esquerdo do dominio tem-se uma densidade menor de elementos, pois, nesta
regiao a variagao do gradiente de u na direcao = é bem menor. Na parte central do
dominio, como nao hd variacao significativa do gradiente de u em nenhuma direcao os
elementos sao quase isotropicos.

5. CONCLUSAO

O processo de geracao de malhas adaptativas anisotrépicas implementado mostrou-se
eficiente na criacao de uma malha adaptada ao problema em questao. A menor quantidade
de graus de liberdade possibilita o cdlculo de solucoes melhores com menor tempo de
processamento. Isto é conseguido através do adensamento de elementos nas regioes de
maior gradiente e com a utilizacao de elementos altamente anisotropicos.

Os procedimentos utilizados na solucao deste problema simples de perturbacao sin-
gular podem ser empregados num problema de equilibrio de cascas delgadas que envolve
dificuldades semelhantes aquelas que surgiram neste trabalho.
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Abstract

This paper presents a theoretical investigation, based on numerica simulations, of the wave
propagation phenomenon in damageable elasto-viscoplastic one-dimensional medium. The
degradation of the medium induced by inelastic deformations is described by a local
continuum damage model in a context of internal variable theory. To solve the hyperbolic
governing equations, the Glimm’'s scheme along with a splitting technique were used.
Numerical simulations with discontinuous damage initial conditions are presented so that the
influence of the damage on the wave propagation phenomenon is highlighted.

Keywords. Wave Propagation, Continuum Damage Mechanics, Elasto-viscoplasticity,
Glimm’s Scheme.

1. INTRODUCTION

Metallic materials, specially those used in high temperature environments, are known to
be susceptible to inelastic deformations when exposed to moderately amplitude impact
loading and/or transient complex loading histories. Structural components used in nuclear and
thermohydraulics power plants are typical examples of particular interest.

Because of itsimportance in engineering applications, the analysis of dynamical problems
involving the wave propagation in inelastic solids has been the subject of several researchesin
the past years (Belytshko, et al. 1987, Loret and Prevost, 1990 and Sluys et al., 1993). Even
though severa important features have been definitively addressed and significant progress
has been achieved, a few works (Freitas Rachid et al., 1996 and Freitas Rachid et al., 1997)
have been dedicated to the study of the degradation phenomenon (damage induced by inelastic
strains) influence on the dynamical response of structures.

This paper reports a theoretical and numerical investigation of longitudinal wave
propagation phenomenon in damageable elasto-viscoplastic bars under isotherma and small
deformations. The material inelastic response is described by an internal constitutive theory
with strong thermodynamics basis and the degradation phenomenon by means of local
continuum damage theory.

The constitutive model used in this work exhibits strain-softening phenomenon yet gives
rise to a unique solution to the wave propagation initial-boundary-value problem. The primary
effect of the damage on the wave propagation analysisis that it affects the tensile wave speed.
As a result, dispersive effects appear in the solution whenever the magnitude of inelastic
strains is capable to cause damage evolution. To solve the non-linear hyperbolic equations



describing the wave propagation phenomenon, a suitable numerical technique based on
Glimm's method is proposed.

With this model is possible to analyse cases in which there exists discontinuous damage
initial conditions. This is a case of interest when a structure, composed by several members
with different loading histories, is exposed to an impact loading. Another relevant case occurs
in practice when damaged stretches of a structure are replaced by pieces of virgin material.

2. CONSTITUTIVE EQUATIONS

The constitutive equations used in this work are derived in a context of an internal
variable theory (Lemaitre & Chaboche, 1990). Due to the limited space, only its main features
will be focused on. For further details, refer to the work of Freitas Rachid & Costa Mattos
(1995).

For the isothermal evolution of an elasto-viscoplastic damageable solid, the local state is
supposed to be characterized by the total strain tensor €, the anelastic strain gp, by an interna

variable D related with the damage and by two other internal variables € and p related to the
kinematical and isotropic hardening, respectively. The variable C is a second-order tensor

whereas p is of scalar nature. The variable D [ [0]] IS @ macroscopic quantity which can be
interpreted as a local measure of the degradation of the material induced by deformation. If
D =0, the materia isvirgin and if D =1 the material loses|ocally its mechanical strength.

The Helmholtz free energy Y is assumed to be a differentiable scalar function of the state
variables with the following form:

pwle.".D.c.p)= 1-Dw. - &)+ w, (p) + w. (e} ()

vk-e)- % %E -g”)ﬁjé -¢’). 4, (p)= bgo+%exp(-dp)§+oyp, llJC(g):%(,ig@ (21-2-3)

The term ., is the elastic strain energy density and the terms ), and ), are the inelastic
strain energy densities related to the internal variables € and p. C isthe classical symmetric
fourth-order positive definite tensor of elasticity. In the above rela?ons, a, b and d are material
parameters. The so-called thermodynamical forces &,BD,QC,BP) related to the internd
variables (g,gp,D,g, p) are defined from the free energy potential by taking its partial

derivatives. The relations between the state variables and the thermodynamical forces are the
so-called state laws:

0= -p% - (t-o)cle-¢*) oD

D Tmp 3.2
B” = _pa_D :we "'llJp +ch ( )
B°=-p2¥ =~(i- D &9



BP = —pg—q; =1 —D)( +b(1 —exp( -dp)) +0y) (3.4)

To complete the constitutive equations, evolution laws are required for the internal
variables. These are obtaned by introducing a differentiable scalar function

CD:CD(g,BD,Bp,EC,E,E",D,p,g) of the thermodynamical forces and the interna variables,
named dissipation potential. For this particular material @ has the following form:

k F n+l 4

¢:_<_> @
n+1\k

where (x) = max(0,x) and F isthe yield function F(g B°,B",B° ggp,D,p,g):

F=f +%(§c [Ec _(1_ D)Za S@) 2;0 ((BD)2 _(qJe+qu +wc)2)

f=f(0,8°,B°)=Jo+B°)+B° and Ao+ 8°)= o+ B°),, do+B°),. )"

In the above relations, ¢ and S, are material parameters. (g+§°) |, 1S the deviatoric part
of (g+§°). When @ is differentiated with respect to the arguments g, B, B” and §°, the
evolution laws are obtained:

p-20 3 fo+e°). 5.
= 00 2\k J
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= aéc = a=
. o _ B° (5.4)

Using equations (3), it is easy to verify that F(czr,BD,Bp,§°,§,§p,D,p,g)< 0 if and only if
f(g,Bp,§°)<0. If f <O then gp =0,p=0, ¢=0, D = 0, and consequently, the material will
behave elastically. When B = -0’ and B® =0, the condition f < 0 is nothing else than the
classica Von-Mises criterion. If B” =-¢’ and BC =0 at the time t=0, the evolution of the
elastic domain (the set of the stress o such that f(c__y B",B )< 0) will be characterized by an

homothetical expansion or contraction (due to BP(t)) and by a trandation (due to B-(t ( )) of
the initial elastic domain (defined by the Von-Mises criterion).Equation (5.1) implies that
tr(gp) =0. This means that the inelastic deformation preserve the volume of the body. If the
internal variable C is zero at time t=0 then, from (3.3), (5.1) and (5.3), it is aso easy to verify



that tr(c)=tr(B°)=0. The variable ¢ is usually called the plastic strain and the interna

variable pis called the cumulated plastic strain.

Equations (3) and (5) describe adequately the mechanical phenomena of damage,
elasticity, plasticity (cyclic plasticity, strain-hardening and strain-softening), creep and
relaxation observed in many metallic materials at high temperature. Experimental procedures
to identify the material parameters a, b, d, o', k, n, ¢ and S, can be found in (Lemaitre &
Chaboche, 1990).

3. BALANCE EQUATIONS

The balance of linear momentum, along with the strain-displacement relationship, that
governs the motion of a continuum solid body under the assumption of small displacements
and deformations are (Salencon, 1990):

p%—% =divo +pg, g=1/ 2(gradg + gradgT) (6.1-2)

In the above expressions v, u, o and € represent, respectively, the velocity vector field,
the displacement vector field, the stress tensor field and the strain tensor field, which are all
functions of the space coordinate x in the reference configuration and of the time t. The
external body force per unit of mass g is assumed to be zero and the body supposed to be

homogeneous, so that the mass density p is constant. Once the body geometry and the
initial/boundary conditions have been specified, the balance (6) and constitutive (3) and (5)

equations describe the problem of wave propagation in damageable elasto-viscoplastic
medium.

4. PROBLEM FORMULATION

As afirst step towards the analysis of the wave propagation phenomenon, we restrict the
complexity of the problem by dealing with the one-dimensional situation. Let us consider a
bar of length L of an isotropic damageable elasto-viscoplastic material whose axis coincides
with the coordinate x. The origin of the coordinate system is the left end of the bar so that
x 0[0,L] Fig.1.

on(t) ~—— —— o.(1)

——
i X

<&
& r‘

Fig.1 - One-dimensional bar of length L with stress prescribed at both ends

It is further assumed that the velocity and the stress tensor have only one non-vanishing
component in the x direction,v=vi and g=aioi, inwhich i isthe unit length vector of the

positive x direction and [J stands for the usual tensorial product. As a consequence, there will



exist only one independent component of the tensors g’ and C, gp =€Pini-

andg:Ci_mi_—Ejuj—gkuK.

Based on the considerations presented so far, equations (3), (5) and (6) can be reduced to
the following system of partial differential equations:

ov 1ldo 0o ov o oD oeP

—--—=0, —-pN*—+—~—+(1-D)E— =0

ot pox ot P ox  (1-D) ot (1-PJET, (7.1-2)
o€’ ac op oD

_:fo-ycy 1D1 - = Glcl 1D1 _:ho-lcl 1D1 _zlclcl 1D _A-K-
5 =flocpD), =r=g(o.cpb), SF=h(o.cpb), —==l(0.cp.D) (73456)
where the functions f, g, h and | of the arguments (c,c, p, D) are obtained from (5) and
A :)\(D), the wave speed with which disturbances propagate in the bar, is given by

A=,/(1-D)E/p.

Itisinitially assumed that the bar is at rest and free of stress. As boundary conditions, we
consider the bar is submitted to a prescribed stress at its edges. These conditions can be stated
asfollows:

v(x,t=0) = o(x,t =0) = €*(x,t =0) = p(x,t =0) = ¢(x,t =0)=0 ©)
o(x=0,t)=0(x =L,t) =a,,(t) 9)
D(x<L/2t=0)=D}; D(x>L/2,t=0)=D} (10)

It can be shown that the system of equations (7) is merely hyperbolic in time for
D 0[01) since its eigenvalues are al rea (although not distinct) and the associated

eigenvectors form a complete set of linear independent vectors (Jeffrey, 1976). The
hyperbolicty of (7) ensures the well-posedness of the initial-boundary-value problem
(7)+(8)+(9).

5.NUMERICAL METHOD

In order to construct the numerical approximation for the solution (o,v,ep, D,c, p) of (7)
fromtime t" totime t™ =t" +At the following splitting algorithm is adopted:
I. First, aninitial approximation (c, v) is obtained by advancing At in time through:

(11)

via Glimm’s method. As Cauchy data for the Glimm’s scheme, the values of (o,v,D) at
time t" are used.
1i.0Once (E,V) has been evaluated, the numerical approximation for the solution at time

t™* isfinally obtained by advancing in time with the same time-step At through:
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To do this, the Euler’s scheme is employed by taking asinitial conditions (sp, D,c, p) a
time t" and (E,V).
This procedure may be repeated throughout until a desired time of smulation has been

reached. Before using Glimm’s method for solving equations (11), one must know the
solution of the associated Riemann problem.

5.1 Riemann Problem

The Riemann problem associated to (11) is an initial-value problem of the form (Smoller,
1983),

_Hoyv,); for x<0
"Ho v,); for x>0

r*or

(o(x,t=0); v(x,t=0))
with discontinuous coefficient A such that:

BN =?\(D|):constant; if x<0
. =\(D,) =constant ; if x>0

where o, ,v, , D, and 0, , v, , D, areconstants.

The generalized solution of this particular problem depends only on the ratio {=x/t and
is constructed by connecting the left state (o,,v,) and the right state (o,,v,) to the

intermediate states (0*|,v*|) and (o*r,v*r) , which must be determined, by shock waves

(discontinuous solutions). The shock speeds s must satisfy the Rankine-Hugoniot jump
condition. In this case thisrelationship is:

=g O shi=ld O
d=pxtdn "0 gd=piap 7 @

where [ denotes the jump of ¢ across adjacent states.

From equations (13) it is easy to see that shocks propagate with speeds s=-A, if x <0
or s=A, if x>0. Thus, the solution is constructed by connecting the left state (0I ,v,) to
the intermediate state (o, V") with shock speed s=-,. Similarly, the right state (o,,v, ) is
connected to the intermediate state (c*r ,v*r) by a shock with speed s=A,. To complete the

solution, however, it remains to connect the state (¢',v'\) and (o',v";). This is done by

imposing a stationary shock (a shock with speed s=0) a x=0 asillustrated in Fig. 2. It
should be mentioned that such kinds of shock appearing in the solution of this problem are
actually the so-called contact discontinuities (Smoller, 1983).

The generalized solution of this problem is unique and is summarized in Fig. 2 which
displays the regionsin the x-t plane where the solutions is defined.
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Fig. 2 - Solution of Reimann Problem in the x-t plane.

In the above relations, ¢,, v, and @, v, are given by the following expressions:

P e ()\ror +A 0, +p()\2|V| _)\err))

o,=0 = o)
—o L 0 —o L

vV, =————~ [V, +A,V, +(0I Gr)[ .V, :LD\M +A,V, +(GI 0,)[
A+ P A A D P I

5.2 Glimm’s Method

Glimm’s method is a numerical scheme which employs the solution of the associated
Riemann problem to generate approximate solutions of the hyperbolic equations, when they
are subjected to arbitrary initial data. The main idea behind the method is to appropriately
gather the solution of as many Riemann problems as desired to successively march from time

t" to time t™ =t" +At. To do thisit is first necessary to approximate the data at the time

t" by piecewise constant functions.
Consider a uniform partition 0=x, < [IKx; < [IxX,,, <KX, =L of theinterval

[0,L] such that Ax=x,,—X,. Let us also assume that at time t" there already exists a
piecewise constant approximation of (o,v,D) suchas:
o(x,t”) =0, zo(xi,t“), v(x,t“):vi :v(xi,t”), D(x,t”):Di :D(xi,t“)
for x O(x- Ax/2,x# Ax/2)and 1<i<N +1.

For each two consecutive states (o,,v;,D;) and (0,,,,Vi,,,Di), 1<i<N, there is
defined and solved a Riemann problem centered at X = x, — Ax/ 2, according to the preceding

section. Now, with solution of these N Riemann problems and by introducing a random
sequence of numbers {en} , 0, D(O,l), it isfinally obtained a piecewise constant approximate

solution of (11) at time t™"* asfollows:

_ - _ _ X; +0,Ax =X (15)
(G’V)(X’t 1): (OJ(Ei)’VJ(Ei))’ where & :( At )

for xO(x- Ax/2,x# Ax/2)and 1<i<N+1 with | defined as j=i, if 6,<% or
j=i+1,if 8, >4.




In these expressions (BJ. ,vj) stands for the j-th Riemann problem with initia data
(o;,v;,D;) and (0,,,V,,;,D;,,) Whose solution is given by equation (14).

In order that nearby shocks of adjacent Riemann problem do not interact with each other,
the time-step At is chosen to satisfy the Courant-Friedrichs-Lewy condition:

AX
2
where |A| _is the maximum absolute value of the shock speeds, taking into account the N

At=t" —t" <

Riemann problems at time t".

With reference to the agorithm described at the beginning of this section, the
aforementioned approximation (a,v) isthe one provided by equation (15).

6. NUMERICAL EXAMPLES

Aiming to better understand the phenomenon of wave propagation in a damageable
elasto-viscoplastic medium, the physical problem, described in section 4 is numerically
simulated here. To characterize severe impact loading, we consider as boundary conditions
triangular-shape stress pulses, having arise time of 0.5 ms and duration of 1 ms, so that:

o,t, if 0<t<0.5ms
o(x=0,t) =o(x =L,t) :E—omt+20m, if 0.5ms<t<1ims
D, if t>1ms

where o, represents the stress pulse amplitude

The bar, which is 16m long, is made an AISI 316L stainless steel and is submitted to a
temperature of 600°C. At this temperature the material parameters are (Lemaitre and
Chaboche, 1990):E=130 GPa, v=0,27, 0’ =6 MPa, k=150 MPas , b=80 MPa, d=10, n=12,
a=17 GPa, ¢ =300 and S,=2 kPa.

After time t=0, the impulsive stress pulses generated at both extremities will propagate
towards the midpoint of the bar. Afterward these pulses will interact with each other and will
be reflected at the bar’s ends until the steady state has been reached or rupture has occurred.
The wave speed in the virgin material is A(D = 0) =4082 m/s.

Evidences of the influence of the degradation on the bar response can be found at
(Freitas Rachid et al., 1997). Here we are concerned about the response of the bar when we
have discontinuous damage initial conditions. We consider as damage initia condition
Dy =0 and D§ =0.9, as shown in equation (10).

In what follows, the dynamical response of the bar will be analyzed for an input stress
pulse o, = 190 MPa. Spatial dimensionless stress distributions along the bar are displayed in

fig. 3 for different instants. The evolution of the wave propagation is depicted in an horizontal
sequence.
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Fig. 3 - Dimensionless stress and damage fields at several timeinstantsfor o,,= 190 MPa

At timet = 1.95 ms both stress pulses are propagating towards the midpoint of the bar.
The right pulse is smaler than the left one because damage is an additional dissipative
mechanism. In addition, at timet = 2.93 ms, the right stress pulse reaches the midpoint before
the other. The pulses propagate with different speeds due to the reduction of the local wave
speed induced by damage. So, in the left side of the bar the wave speed is greater than in the
right one. At the same instant, t = 2.93 ms, when the left pulse reaches the midpoint, we can
see the reflection of the part of the pulse. Notice that it occurs before the first superposition of
the stress pulses. So, at t = 3.91 ms, we can see clearly three stress pulses propagating in the
rod. t = 5.88 msistheinstant after the first superposition and we can see the damage evolution
around the point x/L = 0.66. When the right pulse reaches the midpoint, at t = 6.85 ms, it
occurs another superposition. The reflected pulse reaches the midpoint at the same time.

The last picture, a t = 49.96 ms, shows the final stress and damage fields. The most
critical regions susceptible to damage evolution are not only those close to the extremities and
to the center of the bar. There exist another region susceptible to damage evolution whose
localization and dimension depends on damage initial conditions.

7. FINAL REMARKS

The influence of the degradation on the wave propagation phenomenon in an elasto-
viscoplastic medium has been characterized by means of numerical simulations in a bar
submitted to impact stress pulses at both ends. Besides of attenuating the stress waves and
introducing significant delay in the signals, the discontinuous damage initial condition may



cause the reflection of the part of the stress pulse where the damage discontinuity is
sufficiently great.
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Abstract

Shape memory and pseudoelastic effects may be modeled either by microscopic or macroscopic
point of view. Phenomenological aspects of SMA behavior are considered by constitutive models
which are formulated to describe these phenomena. The present contribution considers a new
one-dimensional constitutive model with internal constraint to describe SMA behavior. The
proposed theory contemplates four phases: three variants of martensite and an austenitic phase.
Two different elastic moduli for austenitic and martensitic phases and new constraints are also
conceived for a correct description of phenomena related to SMA. A numerical procedure is
developed and numerical results show that the proposed model is capable to describe shape
memory and pseudoel astic effects.

Key-words: Shape Memory Alloys, Constitutive Equations.
1. INTRODUCTION

Shape memory aloys (SMAS) are a family of metals with the ability of changing shape
depending on their temperature. SMASs undergo thermoel astic martensitic transformations which
may be induced either by temperature or stress. When a specimen of SMA is stressed at a
constant higher temperature, inelastic deformation is observed above a critical stress. This
inelastic deformation, however, fully recovers during the subsequent unloading. The stress-stain
curve, which is the macroscopic manifestation of the deformation mechanism of the martensite,
forms a hysteresis loop. At a lower temperature, some amount of strain remains after complete
unloading. This residual strain may be recovered by heating the specimen. The first case is the
pseudoelastic effect, while the last is the shape memory effect (SME) or one way SME. These
effects are inter-related in the sense that, if the hysteresis cycle in the pseudoelastic case is not
completed when the applied stress is removed, then reversion of the residual martensite must be
induced upon heating, by employing the SME (Sun & Hwang, 1993). In the process of returning



to their remembered shape, these alloys can generate large forces which may be useful for
actuation (Rogers, 1995). Because of such remarkable properties, SMAs have found a number of
applications in engineering.

Metallurgical studies have revealed the microstructural aspects of the behavior of SMAs.
Basicaly, there are two possible phases on SMAS: austenite and martensite. In martensitic phase,
there are plates which may be internally twin-related. Hence, different deformation orientations
of crystallographic plates constitute what is known by martensitic variants. On SMAS there are
24 possible martensitic variants which are arranged in 6 plates groups with 4 plate variants per
group (Zhang et al., 1991). Schroeder & Wayman (1977) have shown that when a specimen is
deformed bellow a temperature where only martensitic phase is stable, with increasing stress,
only one of the 4 variants in a given plate group will begin to grow. This variant is the one that
has the largest partial shear stress. On the other hand, because the crystal structure of martensite
is less symmetric than the austenite, only a single variant is created on the reverse transformation
(Zhang et al., 1991). For one-dimensional cases, it is possible to consider only three variants of
martensite on SMAs: the twinned martensite (M), which appears with no stress field, and two
other martensitic phases (M+, M-), which are induced by positive and negative stress fields,
respectively.

Shape memory aloys may be modeled either by microscopic or macroscopic point of
view. Phenomenological aspects of SMA behavior are contemplated by constitutive models
which are formulated to describe these phenomena (Birman, 1997). The following classification
may be considered to the phenomenological theories: Polynomial models, models based on
plasticity, models with internal constraints and model with assumed phase transformation
Kinetics.

Polynomia model was proposed by Falk (1980) and is based on the Devonshire theory
for temperature-induced first order phase transition combined with hysteresis. This is a one-
dimensional model that defines a polynomial free energy which describes pseudoelasticity and
shape memory in avery simple way.

Models based in plasticity exploit the well-established principles of the theory of
plasticity. Bertram (1982) proposes a three-dimensional model using the concepts of kinematics
and isotropic hardening. Mamiya and co-workers (Silva, 1995; Souza et al., 1998; Motta et al.,
1999) also presents models which are capable to describe shape memory and pseudoelastic
effects. Auricchio and co-workers aso introduces models using these ideas. First, Auricchio &
Lubliner (1997) and Auricchio & Sacco (1997) present a one-dimensional model and then, it is
extrapolated to include the analysisin the set of three-dimensional media (Auricchio et al., 1997).

Models with assumed transformation kinetics consider that the phase transformation is
governed by a known function which is determined through the current values of stress and
temperature. The first model based in this formulation was proposed by Tanaka & Nagaki (1982)
which originates other models proposed by Liang & Rogers (1990), Brinson (1993), Boyd &
Lagoudas (1994), Ivshin & Pence (1994). Perhaps, these are the most popular models to describe
SMA behavior.

Models with internal constraints consider internal variables to describe the volumetric
fractions of the material phase and constraints, which establishes the form how the phases may
coexist. Fremond (1987) develops a three-dimensional model which considers three phases. two
variants of martensite and an austenitic phase. Limitations of this theory are discussed in Savi &
Braga (1993a). Abeyaratne et al. (1994) describes phase transformation kinetics with the aid of
some constraints based on thermodynamic admissibility rules. The model of Auricchio and co-
workers also may be included in this classification.



The present contribution considers a new one-dimensional constitutive model with internal
constraint to describe SMA behavior. The proposed theory is based on Fremond's model and
includes four phases in the formulation: three variants of martensite and an austenitic phase. The
inclusion of twinned martensite allows one to describe a stable phase when the specimen is a a
lower temperature and free of stress. This is an improvement of the proposed model when
compared to the origina Fremond's model. Furthermore, two different elastic moduli for
austenitic and martensitic phases and new constraints are conceived in the formulation. A
numerical procedure is developed and numerical results show that the proposed model is capable
to describe shape memory and pseudoel astic effects.

2. CONSTITUTIVE MODEL

Fremond (1987) has proposed a three-dimensional model for the thermomechanical
response of SMA where martensitic transformations are described with the aid of two internal
variables. These variables represent volumetric fractions of two variants of martensite (M+ and
M-), and must satisfy constraints regarding the coexistence of three distinct phases, the third
being the parent austenitic phase (A). It has been noted (Savi & Braga, 1993a) that Fremond's
original model can not present good results in three-dimensional problems, however, one-
dimensional results are qualitatively good. Here, an alternative one-dimensiona model is
considered introducing a fourth variant of martensitic phase: twinned martensite.

SMA behavior can be characterized by the Helmholtz free energy, , and the potential of
dissipation, @ The thermodynamic state is completely defined by a finite number of state
variables: deformation, ¢, temperature, T, the volumetric fractions of martensitic variants, 3, and
B2, which are associated with detwinned martensites (M+ and M-) and austenite (A), Bs. The
fourth phase is associated with twinned martensite (M) and its volumetric fraction is ;. Each
phase have afree energy function asfollows,

M+ : ptpl(e,T):%EMsz—ae )
M- : pwz(s,T):%EMszms (2)
A: pws(e,T)%EAez—TL—:(T—TM) ©)
M pw4(e,T):%EMeZ+%U—TM) @)

where a, Lu=Lmu(T) and La=La(T) are material parameters that describe the martensitic
transformation, Ey and Ea represents the elastic moduli for the martesitic and austenitic phases,
respectively; Tw is a temperature below which the martensitic phase becomes stable in the
absence of stress; pisthe density. A free energy for the mixture can be written as follows,

pw(e,T,ﬁi):pi By, (eT)+i(B) ©)



where the volumetric fraction of the phases must satisfy constraints regarding the coexistence of
four distinct phases:

B20 (i=1.234); PB+B,+B;+p,=1 (6)

In the absence of strain, the detwinned martensites, M+ and M-, do not exist. In order to include
this physical aspect, an additional constraint must be written,

B =B,=0if =0 (7)
With these considerations, J is the indicator function of the convex T (Rockafellar, 1970):
1={g,00 | 0< f<1(1=1,23,4):3,+ B, + B+ B, =LB, =B, =0 if e=0} (8

Using constraints (6), 34 can be eliminated and the free energy can be rewritten as:

PY(e,T, B, By, Bs)= pP(e, T, By, B, B3) (B, Ba Bs) 9
where,
~ [ L 0 0 L [
pW(gyT,Bsz’Bs) zﬁlﬂ'ag__M(T_TM)D"Bzmxg__M(T_TM)D'
O Ty O 0 T O (10
Nl » Ly +L 01 , L
*Bo5(Ea-Ee —%(T—TM)QEEM U
Now, J represents the indicator function of the tetrahedron Ttof the set (Figure 1),
n={g 00| 0< B <1(i=1,2,3)B,+ B, + B, <L;B,=B,=0 if £=0} (11)

‘32
1
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A 1 B1
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Figure 1 - Tetrahedron of the constraints 7z



State equations can be obtained from the Helmholtz free energy as follows:

0= p2 =[E, ~o(Ey ~ENle +a(By- ) (12)
B —pz—g—alJ =qe +T—';(r -T,)-0,J (13)
B,0- pg[‘ﬁ’z —azJ:—a£+_||'_—:;'G'—TM)—02J (14)
B-p ZZ’S—aJ_ ;(E ~E,)e +LTM bntbaro1,y-0,0 (15)

where B; are thermodynamic forces and o represents the uniaxial stress; 0. is the sub-differential

with respect to 5 (Rockafellar, 1970). Lagrange multipliers offer a good alternative to represent
sub-differentials of the indicator function (Savi & Braga, 1993b). Considering a pseudo-potential
of dissipation of the following type,

OB, By, B) = %(Bf + B2+ B2) (16)

where n is a parameter associated with the internal dissipation of the materia, it is possible to
write the following complementary equations:

i—ﬁ—nﬁ (i=1223) (17)

These equations form a complete set of constitutive equations. Since the pseudo-potential
of dissipation is convex, positive and vanishes at the origin, the Clausius-Duhen inequality
(Eringen, 1967), is automatically satisfied if the entropy is defined as s=-0y /0T .

Further, it is important to consider the definition of the parameters Ly=Lwu(T) and
La=La(T), which is obtained assuming Bl =0 and € =& =a/lE,,in acritical temperature, Tc,

below which there is no residual strain. Hence, using these conditions in Equation (14), one
obtains the following expressions,

Oy =L, if T2Tg
_a 3
LM(T)—ELM :L((TTC TTM))’ T <T, (18)
“Im
=L, if T=2T,
O
L, (T)= 19
A() S‘A B_ D if T<Te (19)
0 o (T-T

In order to solve the governing equations, an agorithm based on the operator split
technique (Ortiz et al., 1983) are conceived. The procedure isolates the sub-differentials and uses



the implicit Euler’s method combined with an orthogonal projection (Savi & Braga, 1993b) to
evaluate evolution equations. Orthogonal projections guarantee that volumetric fractions of the
martensitic variants will obey the imposed constraints. In order to satisfy constraints expressed in
(6), values of volumetric fractions must stay inside or on the boundary of 77 the tetrahedron
shown in Figure 1. For instance, if the values of a volumetric fraction calculated by (17) fall
outside the region 7z, the projection are prescribed in such a way that the result will be pulled to
the nearest point on the boundary of the tetrahedron.

3.NUMERICAL SIMULATIONS

In order to evaluate the response predicted by the proposed model, a SMA specimen
which properties are presented in Table 1, is subjected to a thermomechanical loading.
Table 1 - Mechanical properties.

Ea (GPa) Ev (GPa) a (GPa) L (MPa/°C) Tw (°C)
67.0 26.3 0.228 616 184

At firgt, the pseudoelastic effect is contemplated regarding a SMA specimen subjected to
a mechanical loading with a constant temperature (T = 60°C). The stress-strain curve for stress
and strain driving cases and different values of the parameter n), are presented in Figure 2. Notice
that the strain driving case predicts a softening behavior. Further, it should be pointed out that
there are two different elastic moduli for the austenitic and martensitic phase.

Stress Driving

Stress Driving \
— — — Strain Driving

— — — Strain Driving

ress (MPa x 10?)
ress (MPa x 10?)

St
St

!
T=60°C | T=60°C

% I I I I I I % I I I I I I
-0.030 -0.015 0.000 0.015 0.030 -0.030 -0.015 0.000 0.015 0.030
Strain Strain

@ (b)
Figure 2 - Pseudoelastic effect (T =60°C>T,). (8 n =7 x 10* MPas, (b) n =7 x 10* MPas

The shape memory effect is now contemplated regarding a thermomechanical 1oading
depicted in Figure 3a Firstly, one conceives a constant temperature T = 40°C, where the
martensitic phase is stable. The dissipation parameter is n = 7 x 10* MPas. After mechanical
loading-unloading process (Figure 3a), the specimen presents a residua strain that can be
eliminated by a subsequent thermal loading (Figure 3a). Notice that the stress-strain-temperature
curve (Figure 3b) represents the shape memory effect. Further, it is important to observe that
there is a stable phase, associated with the twinned martensite, when the specimen is free of
stress.
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Figure 3 - Shape Memory effect.

4. CONCLUSIONS

The present contribution proposes a new one-dimensional constitutive model with internal
constraint to describe SMA behavior. The proposed theory considers the twinned martensite in
the formulation and, as a consequence, there is a stable phase when the material is free of stress at
low temperatures. The consideration of different elastic moduli for austenite and martensite is
another improvement of the theory. The inclusion of the constraint which establishes that the
detwinned martensites does not exist in the absence of strain, permits to describe thermoelasticity
behavior. A numerical procedure is developed and numerical results show that the proposed
model are capable to describe shape memory and pseudoelastic effects. Some features are still
needed to be contemplated in the proposed model and one could mention the elimination of the
softening behavior for strain driving case and also the internal loops observed during cyclic loads
associated with incompl ete phase transformations.
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Abstract

This work addresses the fundamentals of nonlinear geometric field theory of continuum
mechanics. Two decomposition theories: the classical polar decomposition (F=RU=VR) and
the sum decomposition (F=S[strain]+R[rotation]) for the deformation gradient (F) are
introduced. Those two theorems both give definitions for finite strain and local rotation.
However the strain defined by the classical polar decomposition in the initial configuration of
an embedding co-moving coordinate reference system is non-unique due to the non-
commutative property of matrix products but the one defined by the sum decomposition in the
deformed configuration is unique. The conception of rotation in polar decomposition is
referred to the rigid body rotation of a mass particle while the one in sum decomposition is
related to the curl of the particle. The non-unique strain and rigid body rotation conception is
contributed to that the classical polar decomposition theorem is set in mathematics but not in
physics of deformation. Some works of successfully applying the sum decomposition theorem
have been mentioned at the end of this paper. Thiswork suggests that the sum decomposition
theorem will show its especial value in bio-mechanics field where large deformation and
finite rotation are generally involved.

Keywords. Non-linear continuum mechanics, Polar decomposition, Sum decomposition,
Large deformation and finite rotation, Co-moving coordinate system

1. INTRODUCTION

In non-linear continuum mechanics, to separate deformation from rotation out of a given
displacement field is an important study subject, as rotation would result large and unreal
strain. It is well known that when a body deforms, each one of the small segments passing
through a point in the body will be stretched and rotate. For alarge displacement field, which
isgenerally involved in finite rotation, the formula for small strain is not applicable, therefore,
definition for large strain must be given reasonably. Until now, there remain only three
definitions of finite strain which are rigorous in mathematical character, they are the finite
strains (a) defined by metric tensor, the so called Green's strain, (b) defined by polar
decomposition theorem (Truesdell & Noll, 1965) and (c) defined by the sum decomposition
theorem (Chen, 1979).

As for Green's strain, the finite strain and finite rotation are defined separately, it is not
compatible in mathematical sense. Moreover, Green's strain is not suitable for engineering
measure due to the length variation of asmall segment emerges in quadratic form (ds/dso)>.



Truesdell and Noll (1965) presented a method to decompose strain and rotation from a
given deformation gradient field, the so called classical polar decomposition. The
presentation of the decomposition is based only on mathematics consideration i.e. the
deformed configuration of a mass particle can be achieve by a pure stretch transformation
proceeding to arigid rotation transformation or vice versa. This decomposition unavoidably
leads two distinct strains respectively to strain pre-rotation or rotation pre-strain. Generally,
people applies the polar decomposition without questioning its physical reality. Almost all of
deformation analysis software has applied the polar decomposition to solve large deformation
problems.

Chen (1979) proposed a new decomposition theorem, named sum decomposition
theorem, in which strain and local rotation occur at same time without order and the strain is
determined uniquely. Moreover, local rotation is simply and analytically given, which is
relative to the curl of the particle. Since then, some examples successfully applying the sum
decomposition theorem have been reported sequentialy.

At the beginning of this paper, the polar decomposition and the sum decomposition are
introduced respectively. To show the difference between those two decompositions, four
simple examples of finite deformation in plane are given. By comparison, the merits of the
sum decomposition is shown. In the later part of the paper, the performance comparison
between the software based on the sum decomposition and the ADINA based on the polar
decomposition is given (Li & Chen, 1994). The results show that the software based on the
S-R decomposition is much more efficient than the ADINA, even though no significant
difference in the displacement magnitudes respectively obtained by the software and by the
ADINA was found.

2. POLAR DECOMPOSITION AND SUM DECOMPOSITION

To describe any degree of large deformation and rotation of a deformable body, double
coordinate systems are usually required. One is a fixed system X! (inertial system) and the

other is a co-moving system X (or natural system) which is embedded in the body. Let g;i be
the local basis vectors of co-moving system before deformation; it changes to g; after

O
deformation (Fig. 1). Thetransformation g, — g; isrealized in the form:

o d)(j o . ; . ..
g =|:iJ gj zﬁgj: I:iJ =5ij +uj|i (I’J =1 2, 3) (1)

where F'is afunction of deformation gradient and ul | denotes the covariant derivation of
|

. O
displacement component u’, which is defined in the initial co-moving system g;, with
respect to co-moving coordinate X' .

2.1 Polar decomposition

In polar decomposition, uji becomes conventional derivation of displacement

component uj ie u', and X =X (the coordinates of the fixed system). The polar
decomposition says that the deformation gradient can always be decomposed into a product of
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Figure 1 Transformation of the basis vectors of co-moving coordinates system
before and after deformation

two matrices, a symmetric stretch matrix U or V and an orthogonal matrix R corresponding to
arigid principal axesrotationi.e.

F=RU=VR (2
Equation (2) is interpreted in that the total deformation is obtained by first applying the
stretch and then rotation (respect to the first equality) or vice versa (to the second equality).
We see that this decomposition unavoidably leads two distinct stretch strains, in other words,
the decomposition is non-unique. However, real deformation is that stretch and rotation occur
at same time, no order is involved. Therefore Eq. (2) is only resulted from mathematical

consideration instead from physics. Apart from the non-unique strain, the computation for the
strain and rotation is quite complicate because no analytic formul ae are found.

2.2 Sum decomposition (S-R)

The sum decomposition theorem (Chen, 1979) proved that: for a physically possible
transformation induced by a deformable body point set, F’can be decomposed into a
summed representation of a symmetrical transformation and an orthogonal transformation i.e.

Fi=g +R) @

where S'and R'are the components of strain tensor and rotation tensor respectively, which
are determined as

1. T .
s :§(u'|j +u'|j)—(1—cosz9)L'kL§ (4)
R =0, +Lsind +(1-cos? )L, L (5)

[ i o R i|7
Uy =] /snd,  w =5 (| -u])) (6)



In the above 6ij is Kronecker identity tensor and |_ij isatwo order anti-symmetric tensor dual
to the direction vector | of the rotation axis of local rotation, which is defined as

1
_ 7
| = Sgng Mo (7)

Equation (7) relates the local rotation angle 4 to the curl of a mass particle, which is
evaluated by

§ = zarcsin(-w) o )2

- 0 (8)
:iarCSinEE\/(U1|2 _u1|Z)2 +(u2|3 _u2|;)2 +(u3|1 _U3|I)2E

The positive sign in Eqg. (8) is used for counterclockwise rotation. For practical computation,
the tensor components must be changed into physical components. Let &‘Ldenote the

physical component of u’ |i , then we have (Chen, 1988)

@] = (9)
(i), (jj) indicate no sum over the double index, and the local rotation angle should be
9 —+arcsinEH(&1| @y +@| @)’ @ -#|)2h (10)
e m 2 2 3 3 1 170

Let the co-moving system before deformation be coincident with the fixed system, then

(e] O O
gij :gi i :5ij (11)
and covariant derivation isidentical to conventional derivation, i.e.
. ol
u'| =—— 12
=5 (12)
Hence
. 1 o
| =—="r (13)
' iy X

It is especially noted that 9 is different from the rigid body rotation described by the
polar decomposition theorem. When a body deforms, in general, the rotation of each line
segment passing through a point differs from another line segment. So 3 represents the mean
rotation effect of all line segments passing through the point, a non-simple arithmetic mean
effect. It might be said that § scales the state of local rotation. As the advantages of



mathematical uniqueness and physical reality, the S-R decomposition theorem has been used
widely (Qin & Chen, 1988; Chen, 1989; Shang & Chen, 1989; Chen, 1989; Wang & Chen,
1991; Li & Chen 1994; Chen & Liu, 1995).

For a plane problem the physical components of strain tensor can be written as

g :%ﬂl—cosﬁ) (14)

&= % +(1-cos? ) (15)

3-2 =% % +% (16)
and local rotation angle is defined by

9 = +arcs n[% (% —%)] (17)

where s, and s, are the arc lengths respectively aong co-moving coordinate lines xt=x
and x? = .

3. EXAMPLESOF PLANE FINITE DEFORMATION

Table 1 exhibits four examples of plane finite deformation to help ones to understand, by
comparison, the finite strains and local rotations defined respectively by the polar
decomposition theorem and the strain-rotation decomposition theorem. It should be noted
that the finite strain defined by the strain-rotation decomposition is measured in the deformed
configuration but the one by the polar decomposition is measured in the undeformed
configuration, which has been seen clearly in the examples of uniaxial tensile and
homogeneous dilation. In the later the transformation carries a square A: 3x3 to

-1, _4/2-3
| 42
-1, 4J2-3

lo
decomposition. For the fourth example, we obtain two distinct strain tensors from the polar
decomposition. Which oneis correct? If both of them is correct, then the strain energy per
unit volume is unique?

Based on the sum decomposition, Li & Chen developed the so called UC software, then,
used it to evauate the displacement of a cantilever beam respectively subjected to a
concentrated force at the free end or to a uniformly distributed load. They compared the
efficiency of the UC with the ADINA. The displacements obtained from the UC and the
ADINA are quite close, but the total number of time increment steps required by the
ADINA is sixteen times the one by the UC. The detailed comparison is shown in Table 2.
From the table, one can see that the UC software has less time expense in computation than
the ADINA. It would be understood that the sum decomposition is more reasonable than the
polar decomposition.

shown as in the strain

A 42 x 42 (Fig. 2), the dimension change:

defined by the strain-rotation decomposition or defined by the polar



Table 1 Comparison of S-R and RU-VR (polar decomposition) measurements. (X, y) is
the transformed coordinates of a material point (x, y) in the fixed system {x, )} ;

[fi}]u , the strain determined by the right stretch tensor U and [8”7 ]V , the one by
the left stretch tensor V, where U and V are defined by the polar decomposition

theorem.
Transformation Strain and rotation Strain and rotation
Example function of S-R decomposition of polar decomposition
oA oD 1. oo
Uniaxial X =(1+A)x [S'[]:%J,,\ g [Eii]_ﬁ) OH
tensile v= ' 0 o- _
y=y O O 6=0
J=0
Pure shear X=x+tgy y 00 sinyOd 100 tgyO
y=tgy X+ [§J]: - [sii]: A
y =tgy y ny 0 gy 0
3=0 6=0
. g=2x-2y a2-3 O 2-3 .
it AR B ) - L O 1 R A 0
asquare y=3x*3Y R P ik B 42 -3
. O 42 0 H 3 H
9 =45° 6=45
1 [00.3368 0.15960
Large rotation = i X _§ y [§] 0.1541 0.04820 [Sij]u - 50.1596 0.7965H
and distortion - i
of asquare : 2 17 Hos2 052554 ] - 00,5627 - 0.27930
y=,x+y 9 =6167° “ilv “Ho.2793 056271
6 =6139°
¥
“.9) !
{0, )
a
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A 56.31 .
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Fig. 2 (a) Largerotation and dilation of asquare; (b) large rotation and distortion of a square.




Table2 Comparison of efficiency of the UC software with the ADINA (Li & Chen, 1994);
al the calculation were performed in double precision on a VAX 11/780 computer.

Cantilever beam subjected to a concentrated | Cantilever beam under a uniformly distributed
force at the free end load
Program Load No. Of CPUtime| Program Load No. Of CPU time
steps iterations () steps iterations (9
ucC 10 57 99 ucC 10 61 99
ADINA 160 1172 900 ADINA 150 1040 673

4. DISCUSSION

As being set on mathematics consideration instead of physics, the polar decomposition
only gives non-unique strains. The rigid rotation conceptually described by the polar
decomposition does not exit in the process of deformation. The local rotation and stretch of a
deformable particle occur always at same time without the order of stretch pre-rotation or
rotation pre-stretch. Although the polar decomposition has used widely, its reasonableness in
physics should be studied. Perhaps this question would be clarified when strain energy
evaluation is required. Owing to its reasonableness in physics and simplicity in computation,
the sum decomposition will obtain more application especialy in bio-mechanics field where
large deformation and rotation are generally involved.
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Resumo

Este trabalho tem por objetivo apresentar um estudo sobre a delaminagdo em placas compositas
utilizando-se 0 método de elementos finitos para simular numericamente o comportamento de
uma placa de Kirchhoff-Love. As simulagdes sdo realizadas considerando um elemento finito
retangular, com um nd em cada vértice, possuindo 6 graus de liberdade por né. As tensdes
interlaminares sdo calculadas a partir de um pds-processamento que considera as equagdes de
equilibrio tridimensionais. Uma analise de falha é desenvolvida considerando a delaminacéo, o
escoamento do material e o rompimento das fibras e da matriz. Esta anadlise é feita utilizando os
critérios de Tsai-Hill, de Hashin e o da Delaminacdo Quadrética. A inclusdo das tensdes
interlaminares nos critério de Tsai-Hill e de Hashin definem outros dois critérios de falha. Os
resultados mostram que o aumento do grau de anisotropia torna a analise da delaminagdo mais
importante.

Palavr as-chave: Compdsitos, Delaminacdo, Elementos Finitos.
1. INTRODUCAO

O demento basico de um material compdsito é a lamina que, usuamente, € acoplada a
outras laminas para formar o que se chama de laminado. Cada lamina é reforcada por fibras que
podem ter uma orientacdo genérica. Um material composito é anisotropico no sentido de que suas
propriedades dependem da orientagdo dos eixos coordenados. Tipicamente, existem propriedades
diferentes nas direcOes longitudinal e transversal as diregdes das fibras, o que define um
comportamento ortotropico de umalamina, neste sistema de eixos.

A degradacdo de um laminado pode ser dividida em dois tipos. delaminacéo e dano
intralaminar. A delaminacdo é caracterizada pela perda de adeséo entre duas |aminas adjacentes.
A evolucdo deste dano pode causar o descolamento das laminas e uma consequiente perda de
rigidez e de resisténcia no laminado. O dano intralaminar consiste numa trinca na matriz, um
descolamento entre fibra e matriz ou uma ruptura dafibra.

A delaminacdo € usualmente causada pelo crescimento de tensdes interlaminares nas
bordas livres, préximas de falhas e trincas ou nas descontinuidades do material. Outros tipos de
delaminacdo incluem as causadas pela flambagem na lamina ou pela micro-flambagem na fibra,
ou ainda como uma conseqiiéncia de impactos que produzem uma delaminagéo local. A maioria
dos trabalhos sobre delaminacéo é tratada no contexto da Mecanica da Fratura, considerando os



modos de falhas do material. Outra linha de andlise considera model os constitutivos que utilizam
variaveis de estado para descrever o comportamento da interface interlaminar. De uma maneira
geral, despreza-se a espessura desta interface, considerando-a como uma superficie, e avaliando-
se a adesdo do contato de duas |aminas adjacentes. A perda de adesdo, e a conseqiiente perda de
contato em pontos das |aminas, caracteriza o descolamento ou a delaminacéo destes pontos (Point
& Sacco, 1996). Vieira Carneiro & Savi (1999) propdem um modelo para descrever o fendbmeno
onde as tensdes interlaminares sdo determinadas a partir de uma modificacdo da teoria de
laminados proposta por Bai et al. (1997), que utiliza uma interface de espessura finita. Uma outra
linha para determinar as tensdes interlaminares utiliza o método dos elementos finitos. Reddy
(1997) apresenta uma revisdo sobre 0 tema, apresentando inimeras referéncias.

Este trabalho tem por objetivo apresentar um estudo sobre a delaminacdo em placas
compésitas utilizando-se 0 método de elementos finitos para simular numericamente o
comportamento de uma placa de Kirchhoff-Love. As simulagbes sdo feitas considerando um
elemento finito retangular, com um né em cada vértice, possuindo 6 graus de liberdade por né.
As tensdes interlaminares séo calculadas a partir de um pos-processamento que considera as
equacdes de equilibrio tridimensionais. Este procedimento permite avaliar as tensdes fora do
plano a partir de umateoria plana. A matriz de rigidez elementar, assim como os calculos do pos-
processamento, sdo obtidos através da manipulagdo simbdlica das equagdes de governo. Uma
andise de falha é desenvolvida considerando a delaminagdo, o escoamento do materia e o
rompimento das fibras e da matriz. Esta andlise € feita utilizando os critérios de Tsai-Hill, de
Hashin e o da Delaminacdo Quadrética. A inclusdo das tensdes interlaminares nos critério de
Hashin e de Tsai-Hill definem outros dois critérios de falha (Aragdo Filho, 2000). Os resultados
mostram algumas comparagdes entre estes critérios para diferentes situagdes fisicas.

2. LAMINA ORTOTROPICA

Considere uma placa plana, reforcada por fibras, que possui espessura desprezivel na
presenca das outras dimensdes. Admite-se que as fibras estédo dispostas na matriz de maneira

homogénea, e que inexiste qualquer efeito de concentracdo de tensdes (Figura 1).
2 y 1

]

X

Figura 1. Placa planareforcada com fibras.

No sistema principal, eixos 1-2, a relacdo entre tensbes e deformagdes pode ser
simplificada a partir dalei de Hooke generalizada para o0 caso ortotropico, de tal forma que,

g, = éIJéJ Q)

ondel,J=1, 2, 3; C,, sdo constantes el4sticas que podem ser relacionadas com as constantes de
engenharia (Gibson, 1994); &, e £, s vetores construidos a partir das componentes dos
tensores de tensdo e deformacéo, respectivamente, no plano xy. A convencdo soma é adotada
(Eringen, 1967). A ortotropia da |amina estabelece simetrias que definem a forma de C,,
(Gibson, 1994).



A relacdo entre as componentes de tensdo e deformagdo, segundo eixos quaisgquer x-y, Sao
encontradas através da rotagdo do sistema de referéncia.

0, =Tox ;& =Tyé (2

onde Tk € a matriz de rotacdo (Gibson, 1994). Desta forma, tem-se a relacdo constitutiva nos
€iX0S X-Y,

o, =C,,¢&, ©)
sendo C,; =T,)C,, Ty, - Considerando y; como as componentes do vetor &; onde a deformago

cisalhante & = &, € substituida pela deformagdo de engenharia y5 = )y, a equacéo constitutiva
deve ser reescrita, substituindo C,; por Q,;, que leva em conta esta alteracéo.

3. PLACA LAMINADA

Considere agora uma placa constituida de laminas de materia compdsito submetida a
esforcos normais e de flexdo. Admite-se a hipétese cinemética de Kirchhoff e que as laminas sdo
de material ortotrépico que se curvam de forma conjunta e uniforme, sem descolamento. Desta
forma, a equacdo (3) estabelece a relacdo constitutiva para cada lamina. A hipotese cinematica
implicaque,

Y, =Y+ 2K, 4
onde y’ é adeformagio da superficie neutra e as curvaturask, sdo definidas a seguir,
K==W, 7 K==W, ; K3 ==2W, )

IXK ! ryy 1

As resultantes de tensdes sdo dadas por,

N, :WZJ dz = ;sz of dzE] (6)
M, :+h/20 “zdz = Z’sz of zdzE] (7)

Usando a hipotese cinematica de Kirchhoff (4) e a equacéo constitutiva (3), a seguinte
equacdo € obtida,

I\II = AJ y? + BIJKJ (8)
IVII = BIJ y\(]) + DIJKJ (9)

onde
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A matriz A relaciona os esforgcos normais com as deformagdes na superficie média; Dy;,
por outro lado, relaciona 0s momentos com as curvaturas; By; descreve o acoplamento entre os
esfor¢os normais e as curvaturas, assim como dos momentos com as deformagdes na superficie
média

4, TENSOES INTERLAMINARES

O estudo das tensdes interlaminares € de grande importancia na andise da delaminagéo de
materiais compdsitos e a sua determinacdo requer uma analise tridimensional de tensdes (Gibson,
1994). Em uma l&mina, para regides suficientemente distantes das descontinuidades geométricas,
como por exemplo as bordas livres, pode-se considerar que existe 0 estado plano de tensoes.
Pipes e Pagano (1970) mostram que mesmo em um laminado carregado uniaxialmente, h4 uma
regido de contorno ao longo das bordas livres onde as tensdes existemn no estado tridimensional.
Esta regido € aproximadamente igual a espessura do laminado. O comportamento das tensdes
interlaminares préximo das bordas pode ser avaliada a partir das equacdes de equilibrio
tridimensionais, da seguinte forma:

15(2) = (ot k. Jaz4Cl(x,y) (13)

TI;z(Z) = _I(O-:I; ’1+O-; ’2)dz +CI2( (x,y) (14)
Z

o¥(2)=- }Tyz,z dz (15)

-t/2

Estudos mostram que diversos fatores influenciam as tensbes interlaminares e,
conseguientemente, a delaminacdo dos compdsitos (Pipes & Pagano, 1974; Pipes & Pagano,
1970; Bhat & Lagace, 1994; Herakovich, 1981).

5.METODO DOSELEMENTOSFINITOS

O método de elementos finitos aproxima uma quantidade desconhecida em um dominio
através de aproximactes em subdominios. As fungdes de aproximacdo sdo polindmios escritos
em termos de seus valores nodais (Reddy & Ochoa, 1992). Neste trabalho, utiliza-se um
elemento retangular de dimensBes 2a e 2b, nas direcfes x ey, respectivamente. Cada elemento
possui um n6 em cada vértice e dois sistemas de coordenadas: um local Xe-Ye € um sistema de



coordenadas naturais é-n, onde é = xJa e n = yJ/b. Os sistemas possuem eixos paralelos e as
origens sdo coincidentes no centro do elemento. Assim, os deslocamentos (u, v, w) sdo
determinados por interpol agdes do tipo:

:2Uj¢’j(X,Y), v:ivjwj(x,y), wziwj @, (%, Y) (16)

onde (U;, V;) correspondem aos valores nodais de (u, v) e W corresponde aos valores nodais de w,
que possui 4 valores associados: w, W,,, W, ew, . A derivada mista w,,, € incluida na

interpolacdo visando garantir a continuidade entre os elementos com relacdo a inclinagdo dos
deslocamentos transversais. Todo o conjunto de deslocamentos e rotagdes sdo chamados
deslocamentos nodais generalizados e estd0 associados com o elemento Q°. Os deslocamentos no
plano (u, v) sdo aproximados a partir dainterpolacdo linear de Lagrange, ¢, e portanto, n = 4. No
caso do deslocamento transversal w, utiliza-se a interpolagéo cubica de Hermite, ¢, tomando-se
m = 16 (Reddy, 1997). Apos fazer as substitui¢des adequadas a partir das equagdes de equilibrio
para o caso estético, obtém-se o seguinte model o de elementos finitos:

— i w| _
O'é[ﬂax N, + N3ijdy Ireanids a7
_ (P oy, _
O_Qﬂ N, + oy Nzéjxdy Jl-_eanids (18)
0 40. L9 .
EZT I\/I 6y2 M +¢q§jxdy J' B/J,Vn+ n M &ls (19)

onde Ny, V, e M, estdo associados as condi¢bes de contorno. Estas equacfes também podem ser
expressas haforma:

3 n(B)

;ZK“’?U -F“=0,i=12, ..,n(a);a=1,2,3. (20)

Os coeficientes derigidez Ki‘j’ﬁ estdo definidos em Reddy (1997).

Esta formulagdo € utilizada na implementagdo de um codigo computacional. As
integracdes e derivagdes sdo feitas a partir do manipulador simbdlico do Mathematica e entéo,
transportadas para o programa. Desta forma, a matriz de rigidez, o vetor forga, as deformagoes,
tensdes no plano e tensdes interlaminares séo calculadas a partir de expressdes obtidas nesse
manipulador simbadlico. Apés calcular os valores nodais, efetua-se um pds-processamento onde
s80 calculadas as tensdes e as deformagdes no centro de cada elemento. A seguir, calculam-se as
tensbes interlaminares a partir das equaces de equilibrio. O proximo passo da andlise €
implementar os critérios de falha

A andlise de falha é desenvolvida considerando a delaminacdo, o escoamento do material
e 0 rompimento das fibras e da matriz. Utilizam-se os critérios de Tsai-Hill, de Hashin e o da
Delaminagdo Quadratica. A inclusdo das tensdes interlaminares nos critério de Hashin e de Tsai-



Hill definem outros dois critérios de falha. Desta forma, apresentam-se seis fatores de falha: dois
referentes a delaminagéo, dois referentes ao escoamento do material e dois referentes a falha da
matriz e das fibras (Aragéo Filho, 2000). Para isso, consideram-se as tensdes nas direcOes
principais, avaliando os fatores de falha em cada elemento. A andlise se inicia na superficie
inferior do laminado, prosseguindo por todas as superficies e interfaces, avaliando-se qual
elemento possui 0 maior valor do fator de falha para cada critério.

6. SIMULACOESNUMERICAS

Nesta secdo, consideram-se algumas simulagbes realizadas com a formulagdo
apresentada. Admita, entdo, uma placa quadrada de 0,4m de lado, com duas camadas [45/6] de
espessura constante igual a 0,002 m. O materia € o T300/5208 cujas propriedades sdo
apresentadas nas Tabelas 1-2. A placa estd apoiada nos quatro lados e submetida a uma carga
distribuida g = 16kN/m?. Neste caso, se 6 # 45°, a placa é assimétrica o que acarreta o fendmeno
do acoplamento extensdo-flexdo. Este fenbmeno pode ser verificado através da assimetria dos
deslocamentos transversais, mostrado na Figura 2 paraa placa [45°/70°] .

Tabela 1. Propriedades mecanicas dos materiais.

Material E; (GPa) E, (GPa) G2 (GPa) V12
T300/5208 131,0 13,0 6,4 0,38
E-Glasy/470-36 24,4 6,9 2,9 0,32
Tabela 2. Resisténcias mecanicas dos materiais.
Material S/(GPa) | S (GPa) | S;(GPa) | S;(GPa) | S;(GPa)
T300/5208 1,4000 1,1380 0,0809 0,1890 0,0690
E-GLASS/470-36 0,5840 0,8030 0,0430 0,1870 0,0640

-0.0004 -0.0004
-0.0008 H -0.0008
-0.0011 03 -0.0011
-0.0015 -0.0015
-0.0019 -0.0019
-0.0023 -0.0023
-0.0026
-0.0030 o -0.0030

-0.0038 -0.0038
-0.0042 -0.0042
-0.0045 -0.0045

-0.0053 01 -0.0053
-0.0057 -0.0057

Figura 2 - Influéncia do acoplamento no d&eol ocamento da placa de duas camadas de mesmo
material [45/707 e apoiada.

Visando avaliar diferentes configuragdes de placas, varia-se o angulo 6 desde zero até
90°. A Figura 3 mostra a variacéo dos fatores de falha, associados aos diferentes critérios, e do
deslocamento méximo da placa. Os critérios de Tsai-Hill e de Hashin tridimensionais, que
incluem as tensdes interlaminares na analise, mostram-se mais conservativos do que os critérios



de delaminacd. Em torno 20°, tem-se um crescimento das tensdes interlaminares o que faz com
que os fatores associados & delaminaco crescam. Uma vez que 6 = 45 significa um laminado
com duas camadas com a mesma orientacao, esta configuracao representa um minimo dos fatores
de falha associados aos critérios de delaminacdo. Com relagdo ao deslocamento transversal
méximo, tem-se um méaximo em torno de 15'.
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Figura 3 - Placa[457/6], T300/5208 graphite/epoxy. Influéncia do angulo das fibras naandlise de
falha (@), e nos deslocamentos transversais do centro (b).

Admita agora uma mudangca no material da lamina superior para o E-Glass/470-36
(Tabelas 1-2) o que faz com gue o fendmeno da delaminacdo se torne mais importante. A placa
est4 submetida a uma carga distribuida q = 6kN/m?. A Figura 4 mostra a variacgo dos fatores de
falha, associados aos diferentes critérios, e do deslocamento maximo da placa variando o angulo
0 desde 0° até 90°. Nesta nova placa, ocorre um aumento do grau de anisotropia 0 que acarreta
uma tendéncia de aumento das tensdes interlaminares. Isto € confirmado pelo aumento dos
fatores de falha associados aos critérios de delaminacdo. O critério de Delaminagéo de Hashin é o
mais conservativo para os angulos entre 15 e 75. Com relacdo aos deslocamentos, o
comportamento é similar a0 da placa anterior de um ponto de vista qualitativo.
Quantitativamente, no entanto, a placa apresenta deslocamentos maiores.
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Figura 4 - Placa[4576], T300/5208 graphite/epoxy e E-glass/470-36. Influéncia do angulo das
fibras na andlise de falha (a), e nos deslocamentos transversais do centro (b).



7. CONCLUSOES

Este trabalho apresenta um estudo sobre a delaminacdo em placas compésitas utilizando-
se 0 método de elementos finitos para simular numericamente o comportamento de uma placa de
Kirchhoff-Love. As tensdes interlaminares sdo calculadas a partir de um pds-processamento que
considera as equagdes de equilibrio tridimensionais. Uma andlise de falha considera diferentes
critérios para avaiar a importancia na delaminacdo no projeto de uma placa compésita. O
procedimento desenvolvido mostrou-se eficiente para analisar a delaminacdo em placas
compositas. Os resultados mostram que o aumento do grau de anisotropia, através da
consideracdo de diferentes materiais nas laminas e/ou diferentes configuracbes, faz com que a
delaminacéo se torne preponderante em uma andlise de falha.

8. REFERENCIAS

* Aragdo Filho, 1.S., 2000, “Analise da Delaminacdo em Placas Compdsitas Atraves do
Método dos Elementos Finitos’, Dissertacéo de Mestrado, IME - Dept. Eng. Mecénica e de
Materiais.

* Ba, Q.S.,, Murakami, S. & Kanagawa,Y., 1997, “A Lamination Theory Incorporating the
Effect of Interlaminar Deformation”, Journal of Composite Materials, v.31, No.20, pp.2052-
2073.

 Bhat, N.V. & Lagace, P.A., 1994, “An Analitical Method for the Evaluation of Interlaminar
Stress Due to Materia Discontinuites’, Journal of Composite Materials, v.28 (3), pp.190 -
209.

 Herakovich, C.T., 1981, “On the Relationship Between Engeneering Properties and
Delamination of Composite Materials’, Journal of Composite Materials, v.15, pp.336-348.

* Eringen, A.C., 1967, “Mechanics of Continua”, John Wiley & Sons.

» Gibson, R.F., 1994, “Principles of Composite Materials Mechanics’, McGraw Hill.

* Pipes, R.B. & Pagano, N.J., 1970, “Interlaminar Stresses in Composite Laminates Under
Uniform Axia Extension”, Journal of Composite Materials, v.4, pp.538-548.

* Pipes, R. B. & Pagano, N. J., 1974, “Interlaminar Stress in Composite Laminates — An
Aproximate Elasticity Solution”, Journal of Applied Mechanics, v.41, Series E (3), pp.668 —
672.

» Point, N. & Sacco, E., 1996, “A Delamination Model for Laminated Composites’, Journal of
Solids and Structures, v.33, No.4, pp.483-5009.

* Reddy, J.N., 1997, “Mechanics of Laminated Composite Plates - Theory and Analysis’, CRC
Press.

* Ochoa, 0.0. & Reddy, JN., 1992, “Finite Element Analysis of Composite Laminated”,
Kluwer, Netherlands.

* Viera Carneiro, C.A. & Savi, M.A., 1999, “Modeling and Simulation of Delamination in
Composite Tubes’, COBEM 99 - XV Congresso Brasileiro de Eng. Mecanica.



O USO DO DISCO CIRCULAR SOLIDOPRE-TRI NCADO COMO EFETIVO
CORPO DE PROVA PARA DETERMINACAO DE K,c EM MATERIAISFRAGEIS

Eduardo A. de Carvalho

Universidade Estadual do Norte Fluminense, Laboratorio de Materiais Avangados, CCT
Av. Alberto Lamego, 2000 — Campos dos Goytacazes — RJ - CEP 28015 — 620
Christian P. Burger

Ravinder Chona

Texas A&M University, Department of Mechanical Engineering

College Station, TX 77843-3123, USA

Resumo

A determinagdo por meio de ensaios mecanicos tradicionais de propriedades mecanicas em
materiais frageis apresenta dificuldades inerentes ao comportamento do material, a grande
guantidade de microtrincas e defeitos de fabricagdo, bem como caracteristicas dos meios
usados nos métodos tradicionais para testes em metais tais como desalinhamento de barras
de tragdo e garras que fraturam o corpo de provas. Para contornar algumas destas limitagoes
um novo método de trabalho € proposto. Este ndo se utiliza de contatos mecanicos para
aplicacdo de carregamento, mas de tensdes de origem térmica induzidas pela aplicacdo de
radiacéo de uma emissdo laser que incide sobre um disco sdlido circular contendo um entalhe
gue funciona como uma pré-trinca. Resultados experimentais obtidos para nitreto de silicio
evidenciam o potencial do teste proposto.

Palavras-Chave: Tenacidade afratura, Materiais frage's, Tensdes térmicas, Laser de CO,

1. INTRODUCAO

Para que exista uma efetiva utilizacgo de materiais frageis em situactes onde tensdes de
origem mecanica e térmica estejam presentes é necessario que exista um conhecimento das
suas propriedades fisicas, em particular limites de ruptura a tragdo e compressdo bem como
tenacidade a fratura. Porém, os métodos tradicionais tais como ensaio de tracéo e de fadiga,
esbarram na fragilidade intrinseca do material. Para testes onde é necessario que hagja alguma
forma de acoplamento do corpo de prova a garras ou mecanismos de fixacdo, ocorre a fratura
pela acdo de contato das garras sobre as extremidades do mesmo, inutilizando o teste antes
mesmo que qualquer carga seja aplicada ao corpo de prova. Caso as garras sgjam revestidas
de materiais macios como ligas de cobre, ndo € possivel afirmar que ndo houve
escorregamento do corpo de prova durante o teste (De Carvalho, 1997). Um segundo fator a
impedir o uso de técnicas tradicionais de ensaio na determinagdo de propriedades mecénicas
de materiais ceramicos é a presenca de desalinhamento entre as barras de tracéo das maguinas
de ensaio, gerando momentos no plano de carregamento do corpo de prova ou na diregéo
transversal aeste.



Em caso de materiais metélicos este efeito geramente € desprezivel, mas em materiais
frageis este estado de tensdes pode destruir o corpo de prova antes que o nivel de tensbes
atinjao valor de teste.

Outros métodos aplicavels na determinacdo de K,c séo testes de dureza Knoop, que
apresenta resultados questionaveis j& que parte da energia gasta na formagdo da indentacdo é
desviada para a formacgéo de superficies (trincas) no plano paralelo ao do carregamento,
acarretando profundidades de indentagbes menores que as esperadas (De Carvalho, 1997).

2. METODO PROPOSTO

O novo método aqui proposto se utiliza de tensdes térmicas induzidas por um laser de
CO, num corpo de prova circular, removendo assim a transferéncia de carga de teste por vias
mecanicas (De Carvalho et al., 1998). A presenca de um feixe de laser aquecendo o centro do
disco, gera uma regido central de temperaturas mais altas, progressivamente reduzidas até
atingir as bordas do disco, fazendo surgir uma regido compressiva no centro do disco e trativa
nas regides mais afastadas deste mesmo centro. A presenca desta tensdo trativa pode ser
portanto explorada para fins de avaiag@o de propriedades mecénicas. O método tem como
vantagem sobre outros propostos (Schneider e Petzow, 1991, Akyama e Amada, 1993) a
utilizagdo apenas do canhdo laser, sem necessitar nenhum arranjo de elementos Oticos
sofisticados e porgue prevé resultados confidveis com o aquecimento de apenas um lado do
corpo de prova, caso o materia fragil estudado apresente alta condutividade térmica. Outras
vantagens ndo despreziveis sdo a possibilidade de se controlar o didmetro da emisséo laser, a
poténcia aplicada e a duragdo dos pulsos e intervalos, permitindo que se manipule a
magnitude das tensdes de origem térmica induzidas, além da emissdo em comprimento de
onda bem conhecido (10.6 pm no caso do laser de CO, Rofin-Sinar 810), 0 que permite um
estudo também dos efeitos da radiacgo emitida sobre as propriedades 6ticas e de absor¢éo do
material estudado. Uma vez que resultados experimentais determinem o periodo de tempo
maximo de validade do modelo, basta determinar o tempo exato da fratura para que a
distribuicéo de tensdes nagquel e instante possam ser conhecida.

2.1 Espessura maxima do disco analisado

Tensbes térmicas sd0 produzidas em um corpo como resultado de distribuicbes de
temperaturas que ndo permitem a livre expansdo dos elementos individuais de acordo com a
temperatura local. Existem certas distribuicdes de temperatura que produzem expansoes
livres tais que os elementos adjacentes se acomodam sem interferéncia e portanto sem o
desenvolvimento de tensdes (Burgreen, 1971).

Distribuigbes de temperaturas que satisfagam as equagdes abaixo geram determinagtes
compativels e ndo produzem tensdes térmicas em corpo livre de restricbes a expansdo ou
contragao:

T a9°T
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Uma distribuicdo linear de temperaturas em um corpo livre de restri¢cbes, que pode ser
representado em coordenadas retangul ares da forma:

T=Tog+Tx+ sz + T3z (4)
ou
T=(TocosO + T, cosO) r )

N&o produzira tensdes. Isto é prontamente percebido ao se observar que esta variagdo linear
de temperaturas satisfaz Egs. (1) a (3), que sdo as condi¢des requeridas para que ndo existam
tensdes térmicas em um corpo sem restri¢oes. Distribuicdes de temperatura lineares, como as
apresentadas nas Egs. (4) e (5), produzirdo deformagdes livres de tensdes nos corpos onde
estdo presentes. Deve se observar que para estas condigbes serem vdidas, a distribuicdo
linear de temperaturas deve ser continua por toda a extenséo do corpo (Burgreen, 1971).

A importancia da descricdo acima € basicamente mostrar que se a andlise numérica
aponta para existéncia de variagdes de temperatura ao longo da espessura, sendo esta linear,
tensdes ao longo do eixo z podem ser ignoradas.

2.2 —Distribuicao de energia num feixe de laser

A distribuicéo de energia na se¢éo transversal do feixe de laser tem grande influéncia na
distribuicéo de temperaturas. Para um laser de CO, calibrado e alinhado, a distribuicéo € do
tipo TEMgo ou gaussiano. O método numeérico sera téo eficiente quanto este valor previsto
estgja proximo da situacdo real. A expressao abaixo representa uma distribuicdo de energias
COMO O previsto no caso descrito:

2r2 @
. =],e RS (6)
inc 0
onde:
_ 2P
sendo:

linc € densidade de energiaincidente,

lo éaintensidade maxima, no centro do feixe,

r € o raio, medido a partir do centro do feixe (O<r<R),
Ro éoraio dofeixe,

P é a poténcia emitida;

2.3 Influéncia do diametro do feixe nas tensdes induzidas

A magnitude das temperaturas presentes no disco ao longo do ensaio sofre influéncia de
diversos fatores, mas a distribuicdo espacia relativa das isotermas pode ser manipulada
variando-se o diametro do feixe de laser. O uso de um expansor/colimador de raios serve
perfeitamente para este fim (De Carvalho, 1997) e permite um controle preciso das tensoes
induzidas. Estas tensdes sdo conhecidas pelo uso de camara filmadora operando no espectro
infravermelho. Depois de se coletarem as variagdes nas posicoes e temperaturas, para um
caso onde a razéo diametro da emissdo laser e 0 do disco é da ordem de 0.22, um polinbmio



apresentando razéo de segunda ordem, € utilizado para representar a distribuicdo de
temperaturas:

_ay(t) +a, () +a, ()r

T oo

(8)

Sendo os termos a, constantes determinadas pelo uso de um método super-deterministico de
obtencdo de coeficientes e r a posicdo radial datemperaturaet o tempo decorrido. As tensdes
para este caso estudado foram descrita por Boyle e Weiner (1960):

01 R ' U
o, :GE?I Trdr—iZITrer 9
0 < 0
01 R 1’ 0
o, =0E Trdr+—=(Trdr-T[ (20)
i H;\WJO' rZJ(: 0

onde:
o é o coeficiente linear de expansdo térmica,
E € 0 médulo de Y oung,
R éoraiododisco
réumraovaridvel (0<r<R);

A simetria axial do disco, aliada a espessura pequena em relagdo ao diametro, resultam
em Ty igual a zero. Para as avaliagOes numéricas (Diferengas Finitas) basta que se represente
0 disco por uma regido retangular bidimensional, com refinamento de malha somente na
regido proxima ao limite externo do feixe de laser.

2.4 Distribuicdo temporal dos gradientes de temperaturas

No caso de um disco circular solido, as distribuicdes de tensdes atingirdo um maximo no
inicio do carregamento, sendo este fendbmeno um produto do comportamento dos gradientes
de temperatura. Estes partem de zero, atingem um maximo e caem progressivamente, até que
0 corpo entre em regime permanente (Zhang e Burger, 1986), neste caso o equilibrio entre o
fluxo de calor que é absorvido pelo disco e 0 que é trocado com 0 meio via convecgdo — a
radiacdo s se faz significativa em tempos mais longos, apos a fratura, como detectado por
De Carvaho (1997). Assim sendo a fratura do corpo de provas devera ocorrer no inicio do
processo. Quanto menor forem as difusividade e condutividade térmicas de um dado material,
maiores serdo 0s gradientes de temperatura. Um estudo numeérico cuidadoso pode prever o
tempo aproximado de duracdo do experimento, sendo este onde o gradiente de tensdes
atingira um maximo umavez que o material pode se romper antes deste maximo ser atingido,
mas ndo depois. O uso de um detetor determinara 0 momento exato da fratura do corpo de
prova.

2.5 Semi-opacidade de alguns materiais frageis

Entre os materiais frageis os cerdmicos apresentam uma caracteristica que deve ser
levada em conta: 0 comportamento semi-opaco. Sob esta condicao, a distribuicéo de tensbes



num corpo serd diferente da prevista pelo modelo tradicional (Hasselman et al., 1980).
Estudos complementares discutem em profundidade o assunto e apresentam desenvolvimento
de formulagbes que analisam o caso do disco circular (De Carvalho et al., 1998, De Carvalho
et al., 1999).

2.6 Acabamento superficial

Materiais frageis sGo extremamente sensiveis a microtrincas, vazios e falhas superficiais.
Em funcgdo disto o corpo de prova deve apresentar um grau de acabamento superficial que
evite ainiciacdo da falha catastrofica em outro ponto do corpo que ndo o ponto na raiz do
ental he que se encontre mais préximo do centro do disco.

2.7 Absor ¢éo de poténcia

Em funcdo do acabamento superficial, uma parte sensivel da energia aplicada sera
refletida. Um medidor de poténcia serve como anteparo para o raio refletido, permitindo que
a poténcia refletida sgga medida em tempo real. Utilizando-se este medidor de poténcia para
calibrar o interno do laser garante que o total de energia absorvida sgja determinado com
precisdo. Este valor também servira como valor de entrada no método numérico empregado.

2.8 Determinagao experimental de outras constantes fisicas

Como este método depende parcialmente de andlise numérica para previsao do estado de
tensdes existentes no disco, a determinacdo experimental das constantes requeridas durante o
processo torna-se critica. No caso particular dos ceramicos, a dependéncia de dados
experimentais € mais critica, uma vez que existe uma grande disperséo nos valores
apresentados pela literatura e fabricantes para um mesmo produto. Esta avaliagéo deve se
estender até mesmo para diferentes lotes de um mesmo fabricante. Existem diversos métodos
de determinagéo das grandezas de interesse tais como condutividade e difusividade térmicas,
densidade, coeficiente de troca de calor convectivo e coeficiente de absorcéo optica.

3. UM CASO ESTUDADO

Para verificar a viabilidade do método agqui apresentado, este trabalho apresenta um
estudo experimental e numérico realizado com discos de nitreto de silicio apresentando 18
mm de didmetro e espessura de 1.6 mm. Para a previsao das distribuicdes de temperaturas, o
método das Diferencas Finitas foi utilizado (De Carvalho, 1998). O laser utilizado foi um
Rofin-Sinar 810, com capacidade maxima de 600 W em modo continuo de 2500 W em
pulsado. Para a medicéo da poténcia de fato absorvida pelo corpo foram utilizados dois
medidores de poténcia independentes e calibrados, sendo o interno ao equipamento calibrado
utilizando-se o externo. Para minimizar as perdas de calor para o dispositivo de fixagéo, o
disco foi mantido em posicdo por 3 parafusos cujas pontas foram afiadas em um esmeril.

3.1 Prepar acéo dos cor pos de prova

A partir de um cilindro de nitreto de silicio (Si3N4 CERALLOY" 147-5 Hot Pressed
silicon nitride) com 18 mm de diametro e 100 mm de comprimento, cedido pela Ceradyne”.
A primeira operagdo consistiu em se abrir um entalhe radial com 4 mm de profundidade e um
angulo de inclinagéo de cerca de 6° para garantir a existéncia de um ponto mais préximo do
centro, onde a trinca deve se iniciar). Devido a dureza do nitreto de silicio, foi utilizado um



disco de corte de diamante. Feito isto foram cortados discos com espessura de cerca 1.6 mm.
Estes discos foram polidos com diversas pastas de diamante até 1 pm e 6 um slurry. Apés o
término da operacdo de polimento das duas faces do disco estes foram inspecionados
visualmente para se verificar a existéncia de fraturas nas bordas. A Figura 1 apresenta um
detalhe daraiz do entalhe (aumento de 110X).

Figural— Detalhe daraiz do entalhe ( aumento 110X )

3.2 Temperaturas

A Figura 2 apresenta resultados experimentais comparados a previsdes obtidas pelo
método de Diferengas Finitas. A coleta dos valores das temperaturas durante o teste é feita
com o uso de uma filmadora Hughes Probeye Thermal Video System Series 3000 (operando
em comprimentos de onda na faixa do infravermelho) gravando-se todo o teste numa fita de
video formato VHS onde um contador de tempo e tabelas de temperaturas sdo apresentados e
posteriormente analisando-se o teste quadro a quadro. Para que a emissividade do disco sgja
bem conhecida, recobre-se sua parte posterior (oposta ao lado submetido a radiacdo) com um
p6é medicinal branco conhecido nos EUA como “Micatin”. Este valor é de € = 1.0. Sobre
estes valores experimentais, representados por pontos isolados na figura, valores numéricos
S80 superpostos e a figura apresenta assim a distribuicéo radial de temperaturas, onde pode se
constatar que existe uma boa concordancia entre modelo e valores experimentais até um
periodo de cerca de 10 segundos. A distribuicdo de densidade de energia no feixe de radiacéo
€ gaussiana (DeCarvalho, 1997) e tem seu centro superposto ao centro do disco de nitreto de
silicio.
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Figura 2: Valores experimentais (marcas isoladas) versus numeéricos (linhas continuas). Ao
topo os valores para 17.1s, meio 10s e embaixo 3.1s.

3.3 TensdOesradiais atuando nasfacesda trinca

Das expressoes (8) e (10), com seus coeficientes determinados pelo procedimento
experimental, pode-se verificar que existe uma distribuicdo de tensdes como prevista pela
expressao (10), apresentado na Figura 3. Estas tensdes passaréo por um pico emt = 5s e
depois cairdo paraum valor constante no tempo, quando do estado regime permanente.

Raio (adimensional)

Figura 3: Variagao de tensdes radiais adimensionais nas faces da trinca apresentam pico nas
vizinhancas de 5 segundos.

3.4 Comportamento deiniciagdo e propagacao da trinca

Cinco corpos de prova foram rompidos e se verificou que bastaria o uso da pasta 6 um
“durry”, uma vez que sendo que o ponto de iniciagdo da trinca foi sempre 0 ponto mais



préximo do centro, como demostrado pela observacéo direta dos corpos de prova rompidos.
A Figura 4 apresenta o ponto de iniciacdo da trinca. Na regido de iniciagdo a trinca se
propaga a45° com relacéo ao plano carregamento e a seguir vai progressivamente assumindo
uma trgjetoria radial até o centro do disco (crack arresting), conforme comportamento
previsto por De Carvalho (1999). Também foi notado que em ambas as faces a trinca se
iniciou no mesmo ponto, indicando que deformacdes for a do plano ndo foram significativas.
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Figura 4. Ponto de iniciacdo datrinca— 200X (lado reverso) .
3.5Modelagem MFLE (Mecanicada Fratura Linear Elastica)

Uma vez que se pode determinar o nivel de tensdes no disco ao longo do tempo, o passo
seguinte é calcular como esta distribui¢do controlard a propagacdo da trinca. Existem duas
formulacdes tradicionais, Tweed & Rooke (1973) e Rooke & Tweed (1973), que tratam de
tensdes constantes ou parabolicas nas faces da trinca respectivamente. DeCarvalho (1997)
propés um novo modelo a partir do aspecto geométrico da distribuico de tensdes, que é na
verdade uma superposicdo das solugdes previamente citadas. Para o caso onde as tensdes
atuando nas faces da trinca séo constantes tem-se que:

- 2 3
K, = o/a 122+ 0.140(a/ D) ~0545(a/ D) + 0.405(al D)

11
(1-a/D)*® )
onde:
0 éatensdo atuante (ou de fratura no caso de Kc),
a é o comprimento datrinca,
D é o didmetro do disco;
Para 0 caso onde a tensdo € parabdlica, com origem no centro disco, tem-se que:
1.12-2.52(a/ D) + 2.42(a/ D)* - 0.78(a/ D)* +0.13(a/ D)*
K, =0, ma (a/D) +2.42(a/ D)* - 0.78(a/ D)° +0.13(a/ D) 12)

(1-a/D)*?



onde:
Oext € 0 Valor datensdo no ponto mais externo do disco;

O modelo que combina as duas solugdes acima soma a solugéo de (11) com (12) e subtrai 0
excesso de (12) aplicada invertida como apresentado na Figura 4.

Figura4. Um model o alternativo gerado a partir dasomadas Egs. (11) e (12) —regides1e?2
— e subtraido da Eq (12) —regi&o 3.

O setup utilizado para a coleta de dados apresentados neste trabalho ndo dispunha de um
microfone que determinasse 0 momento exato da fratura. Desta forma limita-se a apresentar
0s modelos propostos sendo empregados para a Situacdo onde assumiu-se que a fratura
ocorreu quando as tensdes atingiram o pico. Estes valores estéo apresentados na tabela 1.

Tabelal. K¢ obtido pelos diversos model os

Modelo Kic (MPavm)
Tweed (1973) 4.8
Este Trabalho 4.8
Ceradyne 5.0

4. CONCLUSOES

O método proposto pode servir como intrumento de medida e avaliacdo de propriedades
mecanicas de materiais frageis, sendo que a simplicidade do setup 6tico garante o baixo custo
relativo do método. A incorporacéo de um microfone para a determinacdo 0 momento exato
do momento da fratura complementa o método, uma vez que a fratura pode ocorrer antes das
tensdes atingirem o maximo previsto.

A similiaridade entre o caminho de propagacéo da trinca neste trabalho (monociclico) e o
de fadiga indica que certos modelos tradicionais podem ser usados também no caso de
materiais frégeis.

Embora exista uma boa concordancia entre todos so valores obtidos, 0 pequeno nimero
de amostras estudadas e as hipo6teses assumidas recomendam o aprofundamento do estudo.
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FRACTURE TOUGHNESS DETERMINATION FOR CERAMICSVIA LASER
INDUCED THERMAL STRESSES

Abstract. Difficulties associated to ceramics mechanical properties determination using
traditional methods, by its very own fragility, presence of large amount of microcracks and
manufacturing defects, or by crossbars misalignment at traditional methods more related to
metals, took to a new working method proposition. The proposed method does not rely on
mechanical contacts for load transfer, but laser emission radiation falling over a solid circular
disk containing a notch which works as a pre-crack. Some experimental results are presented
for silicon nitride and show the new method potential usefulness.

Key-words: Fracture toughness, brittle materials, thermal stresses, CO, laser
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Abstract. The present work is concerned with the modelling of the cyclic softening behaviour
for the ASTM A471 steel (24CrNiMoV14-6, vacuum-treated alloy steel forgings) trough a
elasto-plastic continuum theory. This alloy is used in turbine generator shafts, turbine rotor
disks and wheels. The experimental work has been performed by strain controlled, completely
reversed push-pull low cycle fatigue tests, at room temperature, to determine the stable
hysteresis loops and the cyclic curve. The tests have been performed using a servo-hydraulic
INSTRON testing machine on ASTM standard specimens. The cyclic inelastic behaviour is
characterised by a non-linear coupling between plasticity, isotropic softening and kinematic
hardening. The aim of this paper is to present an adequate phenomenological description for
such kind of coupling. The constitutive parameters that appear in the model are identified
experimentally and the theoretical results are compared with experimental data, showing a
very good agreement.

Key words:, elasto-plasticity, kinematic hardening and isotropic softening.
1. INTRODUCTION

The use of continuum mechanics models into design and structural integrity assessment of
inelastic mechanical components, is often restricted by the difficulties to find references about
material parameters obtained experimentally. The determination of the stable hysteresis loop
in an elasto-plastic behaviour is an important step concerning low cycle fatigue of metallic
structures. The present work is concerned with the determination of material parameters that
appear in ainternal variables elasto-plastic theory proposed to model the inelastic behaviour
of an ASTM A 471 (vacuum-treated alloy steel forgings), very often utilised for turbine
generator shafts, turbine rotor disks and wheels. Low cycle fatigue is significant in the study
of turboalternator shafts behaviour because they suffer very heavy local strain during
transients and accidental emergencies (short circuits, out of phase synchronisation, etc.).



The experimental data are obtained by strain controlled low cycle fatigue push-pull tests
to determine the stable hysteresis loops and the associated cyclic curve. The analysis of the
experimental stress-strain hysteresis loops show us a cyclic isotropic softening due to the
material behaviour.

A continuum elasto-plastic model with internal variables is used to describe the cyclic
softening and the theoretical results are compared with experimental data to check the model
accuracy. The plastic deformation, the isotropic softening and the kinematic hardening are
strongly coupled for this kind of material. A first step towards a complete modelling of the
material behaviour was made in Chimisso & Caligiana (1999). The present paper is mainly
concerned with an adequate description of the cyclic softening observed experimentally. A
method to identify the material parameters that appear in the evolution laws proposed for the
isotropic softening and kinematic hardening is presented and discussed.

2. MATERIAL

The experimental data considered in this paper, according Chimisso and Caligiana (1999),
have been derived from a broad study undertaken with the aim of extending knowledge about
the fatigue behaviour of turboalternator shafts. The chemical composition and the typical hest
treatments for A 471 are reported in Table 1. Mechanical properties are listed in Table 2.

Table 1 — Chemical composition and typical heat treatments of A 471 rotor steel

Chemical Composition (%)
C Si Mn P S Cr Mo Ni \% Al Cu
0.28 0.07 0.23 0.008 0.004 1.63 0.42 3.59 0.09 0.009 |0.06
Heat Treatment

Tempered 940°C x 28 hrs,; 870°C x 28 hrs,; 630°C x 28 hrs.

Quality Tempered 845°C x 19 hrs;; 630°C x 25 hrs;;

Stress-relieving 570°C x 21 hrs. furnace cooled (17.2 °C/hrs))

200°C air cooled

Table 2 —Mechanical propertiesof A471 rotor steel
Mechanical Properties

0.02 Yield Strength Tensile Strength (M Pa) Elongation Reduction of KV FATT
(MPe) (%) Area (%) ) °0)
585-725
520-655 20 70 136-193 -12/-14

3. EXPERIMENTAL PROCEDURES

Experimental data utilised in the paper are obtained by push-pull strain controlled low
cycle fatigue tests to determine the stable hysteresis loops and the cyclic curve. The tests have
been performed, Caligiana (1987), with an INSTRON servo-hydraulic testing machine, series
8000, on ASTM standard 12 mm diameter specimen. A triangular strain waveform at a
constant total strain rate (1%/s) was applied and a clip-gage was used for measuring the total
strain at room temperature.

The interpolation of the experimental values of isotropic parameters versus accumulated
plastic strain has been performed by utilisng non linear regression tools of the
MATHEMATICA package. The mean values of Y oung modulus and the elastic limit have been
determined, according to normal distribution, by using the same package.

A set of 6 specimens (E1 to E6) has been cycled with standard strain-controlled low cycle
fatigue test, with strain amplitudes ranging between 0.46% and 1.27%. Here, due to the
limited space, only the development of hysteresis behaviour for specimen E5 is shown in
Figure 1, where the continuous softening phenomenon can be observed.
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Fig.1 Strain-controlled low cycle fatigue test, specimen E5: Ag/2 = 1.04%

The companion specimen test (CST) is used to determine the experimental cyclic curve.
Usually the cyclic curve is obtained by the tips connection of the hysteresis |oops at saturation
(when it isfound) or at the half-life of test specimens.

Considering the little sample, a Student distribution are used to certify that a normal
distribution of the Y oung modulus and of the elastic limit obtained in the experimental tests
are a good representation of those parameters. Consequently, mean values E = 186.5 GPa,
and elastic limit (at € = 0.02%) S, = 545 MPa, are used.

4. THE ELASTO-PLASTIC CONTINUUM MODEL

The set of easto-plastic constitutive equations with internal variables used in this work
describes the mechanical behaviour of metallic materials submitted to non-monotonic
loading. We use the concept of the free energy in the congtitutive theory with a strong
thermodynamic basis, Lemaitre (1990). The free energy is defined as a differentiable function

of the state variables €, P, B: W =y(e - P, B). €P is the plastic strain and B is a generic
representation of internal variables related to other dissipative mechanisms. The elastic
dominion defined by the existence of a plastic potential F such that

: d
F(o,BP,e?B) <0 O ¢= 0ep 0; BE a—lg
A complete set of constitutive equations is then given by:
oy
o= — 1
3 (1)
oy
X=— 2
3 (2)
0

op



P =N—
% (4)
':—)\% (5)and
oy
oF
C=—-\— 6
w (6)

where A>0, F<0, AF=0, are the complementary conditions and A is the Lagrange
multiplier related with the restriction (plasticity criterion) F< 0.

Equations (1) — (3) are called state laws and equations (4) — (6) the evolution laws. For an
adequate modelling of the physical behaviour of the ASTM A471 stedl, two additional
variables p and c related, respectively, with the isotropic softening and kinematic hardening
mechanisms are introduced and the following potentials are chosen:

w=defe-er o fpo

V2P

Srps, v e U

2

F:J(cr—x)—y+2—t;x2 —%cz (8)

where J(o - x ) is the von Mises equivalent stress, S, is the elastic limit, vy, v, are material
constants and a, b are non-linear functions of the variable p:

a=Ajel and b=Be~ 9

Hence, using (1) — (6),

o= g—f = E(e -¢€P) (20)
X = g—f = ac (11)
yz‘z—tg:sy - v,(1-e™*) (12)
& = )\% - Aﬁg:il) = ASy (13)
b= —)\% =\ = g°| (14) and
¢ = —)\% = ¢f —g(x)\) (15)

y is called the isotropic hardening variable, x is the kinematic hardening variable, p and ¢
are internal variables associated to the isotropic and kinematic hardening respectively. The
main difference between this model and the one proposed by Marquis (1978), which is
discussed in Lemaitre and Chaboche (1990), is the expression for the variable y. Generally,
the cyclic softening or hardening is described through the kinematic hardening, considering
the variable b in equation (15) as a nonlinear function of p. For the ASTM A471 stedl, such
modeling is not adequate since the softening is basically isotropic.



5. MODELLING THE MATERIAL BEHAVIOUR

From the experimental curves, figure 1, a cyclic softening behaviour of the material has
been observed. The material never stabilises and softens continuously until complete failure.
Once a crack of significant magnitude was formed, the hysteresis loops were observed to
become asymmetric and, in the most of cases, the tests were stopped. In those situations of
continuously softening, it is a usual way consider the standard half-life values for a
hypothetical stable hysteresis|oop.

In the experimental tests, as well, a change is observed in the plastic strain amplitude with
the increasing number of cycles. Therefore cyclic softening implicates a change in the
anelastic dominion with a consequential change in the accumulated plastic strain, p, cycle by
cycle.

Considering the continuum elasto-plastic model (where the isotropic hardening, vy, related
to the accumulated plastic strain, plays an important role during the life of the specimen), the
life history is important since the beginning to the end-failure to model the behaviour of
themselves. The strong indication of damage effect presence in the specimens observed by a
local change of Young modulus (identified by the slope change in the stress-strain loop), is
another important consideration. Consequently, in this case, it isn’'t appropriate estimate a
standard stable hysteresis |oop at one-half specimen’sfatigue life.

Observing the development of the hysteresis loops, the difference between the accumulated
plastic strain in a cycle to the consecutive is small: the plastic strain increases slowly. So, the
isotropic hardening or softening is very important in the progressive behaviour cycle by cycle
but for a single cycle it may be considered constant. Thereby, during a stable loop, the
isotropic hardening will be taken constant and only the non-linear kinematic hardening is
significant.

Taking into account the above considerations, the choice of the first hysteresis loop are be
justified as an hypothetical stable cycle to build the kinematic hardening behaviour. In the
elasto-plastic model represented by the set of equations above, the isotropic hardening,
equation (12) was constant (v1 = v2 = 0) and equal to the eastic limit obtained in the first
hysteresis |oop:

y=S5, 0O y=0 (12.a)

Figure 2 shows the first experimental complete hysteresis loop for the E1 to E6 specimens
and figure 3 shows the monotonic, cyclic at middle life and cyclic for the first cycle curves
where cyclic softening can be observed.
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Fig.2 First cyclesfor the E1 to E6 tests Fig.3 Monotonic vs. cyclic curves



6. PARAMETERSDETERMINATION
6.1. Kinematic Hardening

The kinematic hardening parameters, aand b, are obtained at the first complete hysteresis
loop, for the tests E1 to E6, using a least-square method with sufficiently accurate
convergence and determination coefficient. For a detailed discussion, see Chimisso &
Caligiana (1999). So, the best representation of themselves can be obtained:

a= 174 -34950¢ + 2,884,840 €2 - 84,160,460 €3 (16)
b = 4.4729 g 0.7955 (17)

It isinteresting to observe that when the total strain amplitude tends to values greater than
1.5 % the parameters a and b tend to asymptotic values. It signifies the saturation of the
kinematic hardening curve for large strain. Those behaviour are observed in the experimental
tests too. Consequently, when the cyclic strain applied exceed 1.5 % (Ae/2 > + 1.5%), the
asymptotic valuestend to: a= 15 GPa and b = 126.

Figures 4 and 5 show, for the E4 and E5 specimens, the model prevision and
experimental results for the non-linear kinematic hardening behaviour, related to plastic
strain.
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@ X experimental ||

Fig.4 E4: model x test kinematic hardening Fig.5 E5: model x test kinematic hardening
6.2. | sotropic Softening

To determine the parametersv; ev,, was considered the equation (12):
y=S, - vy (1-e"")

When p -0,y - S, and when p- o,y - S-v;
And its derivative related to the accumulated plastic strain, p

dy _

—— =-v,v,e"?*
d

When p - 0, dy/dp - -vivo, and when p - o, dy/dp - O (y = constant)



The limit values of the variables and its derivatives above can be showed graphically.

In the experiments, the softening denote in ainelastic domain change with a modification
in the accumulated plastic strain, cycle by cycle. So, the parameters v e v,, can be
determinate through the cyclic plastic strain variation, related with the accumulated plastic
strain, p.

From the figure 1(E5 specimen test) where the isotropic softening is show since the first
cycle, the plastic strain can be measured in the following cycles. Supposing a little linear
growth of the cyclic plastic strain, the accumulated plastic strain growth, p, is estimated in the
following form:

Pi = i+ 2A8P (18)

Where p; isisthe accumulated plastic strain at thei cycle.
Thus, for the E5 test was obtained:

- Atthefirst cycle, y = 545 MPa,
- p1=429% and y;s=525MPa, at N =16 cycles,
- Pes=Po=180% and Yy =475MPa, a N = 64cycles.
In this way, the isotropic softening parameters are obteined:

vi=70MPa and v, = 0,784

So, equation (12) give us:

y = 545- 70(1-e ™) (19)
7. RESULTS

The model and the experimental first hysteresis loop were compared. For example the

following figures 6 and 7 show a good agreement of the model results, obtained from
numerical simulation, to the experimental results.

Ao (MPa) E2 Ao (MPa) &

800

600 [

200 |

-800
-0.015

0000000000

’ As(ad| m.3015 0.005 As(adl m') 0015

Fig.6 E2: Ao x Ae Aeg/2 = 0.64% Fig.7 E5: Ao x Ae Ag/2 =1.04%

As it can be seen in Chimisso & Caligiana (1999) the results between the model cyclic
curve and the experimental cyclic curve taken at the first hysteresis loop are so closed.



Figure (8) show the model results, for the E5 test, obtained for the cyclic softening from
the first to de 64™ cycle. Figure (9) compare the E2 experimental result with the mode! result
for the 32th cycle.
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Fig. 8 E5test: Ag/2=1.04%. 1" to 64" cycle Fig. 9 E2test: Ae/2 = 0.64%. 32™ cycle

Figures 10 and 11 compare the E5 experimental result with the model result for the 16™
and 64™ respectively.
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Fig. 10 E5test: Ag/2=1.04%. 16" cycle Fig. 11 E5test: Ag/2=1.04%. 64™ cycle

8. CONCLUDING REMARKS

The ASTM A 471 study becomes interesting due to its continuous softening until fracture
occurs. In this work the softening behaviour of this steel by a continuum elasto-plastic
damage approach is considered. Assuming that the first cycle as a stable cycle, the isotropic
hardening/softening influence must be neglected and a non-linear kinematic hardening law is
sufficient to find the model hysteresis |oop.

The isotropic behaviour is considered with an appropriate softening evolution law. The
model allows a good results for the elasto-plastic hysteresis loop behaviour and for the
continuously softening phenomenon and this is fundamental to extend the results into the
continuum damage model.
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Abstract

The goal of the present paper is to propose a new macroscopic mechanical model for pseu-
doelastic materials. In particular, we are interested in the description of path dependent
internal hysteresis loops detected in experimental observations. The model is written in
the framework of one-dimensional media and considers, as state variables, the transforma-
tion strain and two hardening parameters, one associated with the austenite-to-martensite
transformations and other associated with reverse transformations. Comparisons with ex-
perimental data are performed so as to assess the model.

Keywords: Pseudoelasticity, hysteresis, phase transformations.

1. INTRODUCTION

Pseudoelasticity or superelasticity accounts for the ability of certain metallic alloys
to recover extremely large strains (of the order of 10%), as a result of stress induced
reversible phase transformations from austenite to martensite. Due to their remarkable
mechanical properties, superelastic materials have been considered for many applications
such as, for instance, eyeglass frames, medical guidewiress, hingeless laparoscopic surgical
instruments, and damping devices.

Mechanical models describing the phenomena have been proposed by many authors
since the seventies. Ericksen (1975) considered nonmonotonous stress-strain relations
for the description of discontinuities in the strain field, which were associated with phase
interfaces. Abeyaratne & Knowles (1988) considered kinetic laws describing the motion of
phase interfaces subjected to thermodynamic admissibility rules. Alternative models have
been proposed by Frémond (1987), Graesser & Cozzarelli (1994), Leclercq & Lexcellent
(1996), Auricchio et al. (1997), Souza et al. (1998), Govindjee & Hall (1999), amongst
many others.

We propose, within the setting of one-dimensional media subjected to small strains, a
new phenomenological model for the description of the mechanical behavior of pseudoelas-
tic materials. The model is strongly influenced by classical descriptions of the elastoplastic
behavior, but on the other hand it includes new features as, for instance, its ability to
describe, with good accuracy, internal hysteresis loops observed experimentally when the
material is subjected to complex loading conditions.

2. THE MECHANICAL MODEL
From the macroscopic point of view, martensitic phase transformations associated
with pseudoelastic behavior can be characterized by the transformation strain er, which



is defined as e := &, ep7, where &, € [0,1] is the volume fraction of the martensite in
the medium, while ,, is the strain observed when the material undergoes a complete
transformation from austenite to martensite. The stress ¢ is supposed to be a linear
function of the elastic strain ¢ — e

o=FE(e—er), (1)

where F is the Young modulus of the material and ¢ is the linear measure of total strain.
Transformation from austenite to martensite is associated with the following con-
straint:

fam(o,er, aan) = |o| — [or(er) + Kam(oan)] <0, (2)

where or(er) := k |ep| + oqp is the so called transformation stress, k and ogy are material
parameters, while 43/ (caps) is a nonlinear function of the austenite-to-martensite hard-
ening variable aqpr: stress induced phase transformation from austenite to martensite can
occur only when the stress o is such that equality is attained in (2). Otherwise, either
elastic behavior or reverse transformation takes place.

On the other hand, transformation from martensite back to austenite is related to the
inequality constraint:

faalo,er, ana) := [or(er) — kmalonra)] — o] <0, (3)

where k74 (apra) is a nonlinear function of the martensite-to-austenite hardening variable
a4 here again, phase transformation can happen only if equality is verified in (3) or
otherwise either elastic behavior or direct transformation occurs.

The constraint (2) makes sense only if there is austenite to be transformed into marten-
site. Analogously, the constraint (3) is defined only if there is martensite present in the
material.

The transformation strain €7 and the hardening variables asps and a4 define the
set of internal variables of the thermodynamic system which evolves according to the
following flow rules:

. .0 .0 . i o
ET = YAM fam +Yma I = (Yam — Yma) —, (4)
do do lo|
dam = Yam if Yam >0, (5)
CYMA = ;YMA if ;YMA > 0. (6)
where Y4 and Y74 are subjected to the following constraints:
Yam 20, Yam fam =0, Yma =0, Yaa fua = 0; (7)
Further, state variables avsys and a4 are subjected to the rules:
aay =0, if Apa >0, and aya =0, if vy >0, (8)

Such resetting rules are the key point for the description of internal hysteresis loops.

Figure 1 illustrates a schematic stress-strain curve for a pseudoelastic material, as
described by our model: let the specimen be loaded from a stress free configuration



(point A), and let it be subjected to a strain driven tractive load. Since there is only
austenite present in the material (e = 0) and, below point B, strict inequality is verified
in (2), the complementarity condition (7) imposes ¥4p; = 0, i.e., the material behaves
elastically along line AB. Equality in (2) is verified along line BC and, from the same
constraints (7), the consistency parameter §4s is allowed to attain values distinct from
zero. Therefore, we conclude from (4) and (5) that the state variables ep and a4y can
evolve, i.e., phase transformation from austenite to martensite takes place. Between points
C and D, as the specimen is unloaded, strict inequalities are observed in both expressions
(2) and (3). Thus, from (4) and (5) we conclude that both 44y andyy 4 are equal, i.e.,
the material behaves elastically. Equality of (3) is observed along line DE, meaning that
we can have j374 > 0 and hence transformation of martensite back to austenite. If, at
point E, the specimen is subjected to a new increase in the prescribed strain, then the
material behaves elastically between points E and F. From F to G, tranformation from
austenite to martensite is once more observed. It should be remarked that both direct
and reverse transformations starts whenever the stress-strain curve crosses the dotted
line corresponding to the transformation stress or. This is justificated by the fact that,
from conditions (8), the hardening variables a4p; and apr4 are reset to zero whenever
(94 > 0) and (a4 > 0), respectively.

A . _
oy e a0 oya=0 C

ST >0

fam<0 fMA <0
O‘AIVFO aMAzo

éT =0

|
fam<0 fyma =0
a0 Ima>0

éT <0

omn Y

(b)

Figure 1: When subjected to the strain history in (a), the proposed constitutive model defines the

stress-strain curve in (b).

3. NUMERICAL ASPECTS
The time discrete version of equations (1-8) is obtained via a backward Euler scheme
and can be written as:

(i) Stress-strain relation:

On+1 = E (nt1 — €rnt1); 9)



(ii) Elastic domain:
(ii.1) If er, = 0 (austenite):
famnt1 = |ong1| = [or(erni1) + Kam (@an ni1)] < 05 (10)
(ii.2) If |epn| = ep (martensite):
fvantt = lor(Erni1) — kmal@vantt)] — |onga| < 0; (11)
(ii.3) If 0 < |ernt1| < enr (mixture of phases):

favnt1 <0 and  fayransr <0; (12)

(iii) Flow rules:

ol

Ernt1 = Ern + (AVarni1 — A’YMAnJrl)n—H, (13)
|Jn+1|

QAMnt1 = Camn + AYanvins1 I Avapngr >0, (14)

OMAnt1 = Onian + AYpmantt i Avpransr >0, (15)

where Avanrni1 = Yan (tns1 — tn) and Avyayranst = Yara (tni1 — t,) are subjected
to contraints:

AYamnsr 20, Avamnsrfarinsr =0, (16)
AVivransr >0, Avvansifvanss =0, (17)

(iv) Hardening resetting rules:

AaMnt1 =0 if  Aypyang >0, (18)
ApMAn4+1 = 0 if AfYAMn—l—l > 0. (19)

The integration of the aforementioned set of equations is described by the algorithm
below. Details on its derivation can be found in Ferreira et al. (2000).

ALGORITHM:

e Compute a trial state at time instant ¢, 1:

trial ,__ trial . trial .

e Compute the corresponding trial stress state and the corresponding trial yield func-

tions:
trial ._ E( _ treal ) (21)
Opt1 E€nt+l — ETnt1)>
fﬂ;lnﬂ = |0Z4iall| - [UT(5¥?i1) + KAMO‘Z]i\?[ln-i-l (22)

Fidnen = [or(E734) = Farachfin ] = logid (23)



o If (lern| =0and [t <0), (lern| =em and fiji4! ., <0) or

0
(0 < lern] <em, fiigh . <0and fiigt ., <0), then (elastic step):
ETntl = ETny  QAMnt1 = Qamn  aDd  Qpant1 = Aman. (24)
else:

— If0 < |era] <ea, ¢ > 0and fi748 . < 0 (transformation from austenite
to martensite):

x Compute Ayapr,e1 from the nonlinear equation:

) O.trial
|Uffiall| — EAvamnta |:UT <€Tn + Avamnt1 ﬁ)
n+1
+ Kanr(Qanrn + A’YAMnH)] =0, (25)
x Compute the new state variables:
O.triail
ETn+1 = €Tn + AYaMni1 %, (26)
|0n+1
QAMnt1 = OAMn + AYAMnt1, (27)
apantr = 0. (28)

— else (0 < |ern| <ewn, 7, <0and fi4 > 0) (transformation from
martensite to austenite):

x Compute Ayyrany1 from the nonlinear equation:

trial

o
n+1
|:UT <€Tn — AYmantt W) — Kam(Qanrn + AYarrni1)

n+1
— oyt = E Avarrns =0, (29)
x Compute the new state variables:
O_triall
ETnil = ETn + AMVarAns1 T (30)
|Un+1
AMAnt1 = OMAn + AYM ARt (31)
aapnyr = 0. (32)

4. ASSESMENT OF THE MODEL

Next, we compare our model with experimental data reported by Sittner et al. (1995),
who performed studies on the mechanical behavior of Cu 80% - Al 10% - Zn 5% - Mn 5%
industrial polycrystalline shape memory alloy at temperature Af+25°K(285°K). Figures
2 to 4 present stress-strain curves for tensile tests where the specimens were subjected to



three distinct loading-unloading histories. We considered, for these numerical simulations,
the following expressions for the nonlinear functions 4y (an) and kara(anra):

Kam (@an) = aanroans + ban [1 — exp(—canroan)] (33)
kvalaara) == apaonra + bara [1 — exp(—cpracnra)l (34)
respectively, where aanr, banr, Cam, Gupra, bapra and cpra are material parameters. The
following values of material properties were considered: F = 30.7 GPa, o7 = 120 M Pa,

k = 18 GPa, asy = 10 GPa, bayy = 45 M Pa, cap = 1600, apya = 10 GPa, bya =
38 MPa, cyra = 1600.
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Figure 2: Traction test on Cu-Zn-Al-Mn polycrystalline specimen with distinct values of maximum strain

on each cycle. Numerical simulation based on our model and experimental results from Sittner et al.
(1995).

Numerical results are consistently in good agreement with experimental data. For the
three cases of loading-unloading histories, the internal hysteresis loops could be replicated,
both qualitatively and quantitatively.

5. CONCLUDING REMARKS

A macroscopic model capable to describe the mechanical behavior of pseudoelastic
materials is presented in this paper. Most of its ingredients are inherited, from the formal
point of view, from classical plasticity. Due to the resetting rules considered in the model,
complex hysteresis patterns can be replicated by the model with good accuracy.
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Figure 3: Traction test on Cu-Zn-Al-Mn polycrystalline specimen with distinct values of minimum strain

on each cycle. Numerical simulation based on our model and experimental results from Sittner et al.
(1995).
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Figure 4: Traction test on Cu-Zn-Al-Mn polycrystalline specimen with decreasing values of maximum
strain and increasing values of minimum strain prescribed along the loading-unloading cycles. Numerical
simulation based on our model and experimental results from Sittner et al. (1995).
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Resumo

Este trabalho se insere no contexto da Biomecanica, buscando estudar o problema da distribuicdo
das tensbes responsaveis pela falha de coroas protéticas. Além das falhas que ocorrem devido ao
procedimento de cimentacdo e dos materiais empregados, outros fatores que contribuem para a
diminuicdo da resisténcia a retencdo das coroas estéo relacionados com os esforcos mecanicos
provocados por variacBes térmicas e pela mastigacdo, a que as coroas estdo submetidas
diariamente. O presente estudo analisa, do ponto de vista do comportamento mecénico, as tensdes
geradas por chogues térmicos e cargas de compressdo na coroa, através do Método dos
Elementos Finitos. Os atos niveis de tensdes encontrados em determinadas regifes podem
provocar fissuras que agravam o fendmeno da infiltragdo marginal, principal responsavel pelo
descolamento da coroa. As andlises feitas mostraram a importancia da consideracéo das tensoes
geradas, em particular nas regides onde ainfiltracdo marginal pode ocorrer.

Palavras-chave: Biomecanica, Coroas dentérias, Infiltracdo marginal, Método dos Elementos
Finitos, Comportamento mecanico.

1. INTRODUCAO

A perda de elementos dentarios compromete a mastigacdo, a fonética e a estética. A
odontologia restauradora atual se baseia em parametros de conservagéo da estrutura dental e na
obtencdo de resultados estéticos, pela utilizacdo de materiais que conseguem, através da adesdo,
restaurar 0o elemento dental de forma satisfatéria. Porém, nem sempre é possivel restaurar
conservadoramente um elemento dental com grande destruicéo coronaria, sendo pois, necessaria
a utilizacdo de coroas protéticas. Uma coroa consiste de um envoltério metalico, geralmente feito
de ligas de ferro-cromo ou niquel-cromo, preso por um cimento a dentina, conforme mostra a
Figura 1. As coroas dentarias falham, na maioria dos casos, por processos ligados ao



comportamento mecanico do material cimentante. Estas falhas podem resultar em infiltracéo
marginal e, em casos extremos, no descolamento da peca protética. A falta de uma eficiente
ligacdo da coroa protética ao dente gera micro-fendas na regido de cimentacdo, constituindo
meios de entrada de bactérias e fluidos bucais que podem causar desde o aumento da
sensibilidade poés-operatéria, até a necrose pulpar e a perda definitiva do dente (Graver
et al.,1990; Tjan, 1987; Tjan & Sarkassian, 1986; Radke, 1988).

esmalte coroa

ligamento periodontal

Figura 1- Esquema representativo de uma coroafixa.

Além dos esforcos advindos da mastigagdo, em sua alimentacdo diaria o homem provoca
choques térmicos na estrutura dentéria ao consumir, por exemplo, uma xicara de café ou um copo
de &gua gelada. Alguns estudos sugeriram a importancia das variacbes de temperatura na
aderéncia marginal de materiais de restauracdo dentaria. Esta variacdo de temperatura provocaria
0 surgimento de fissuras nos materiais componentes de uma coroa. Experimentos realizados em
restauracOes sujeitas a variagbes de temperatura mostraram que o0 descolamento
coroal/cimento/dentina pode ser causado pela diferenca entre os coeficientes de dilatacdo térmica
dos tecidos dentarios e dos materiais de restauracdo, além da influéncia da expansdo de fluidos
localizados entre o dente e a restauracéo (Murphy & Gomide, 1997). Além destes, outros efeitos
da variacdo de temperatura estdo sendo analisados em ensaios de transferéncia de corpos de
prova entre solucdes frias e quentes, ensaio conhecido como termociclagem (Muradas & Gomide,
1998).

O objetivo principal deste trabalho foi de analisar, através de simulagdes numéricas, 0
comportamento mecanico de coroas protéticas, sob acdo de efeitos térmicos e de mastigacao.
Buscou-se analisar, de forma qualitativa, ainfluéncia das tensdes no processo de falha das coroas,
em particular nas interfaces cimento/estrutura dentéria e cimento/coroa, onde a infiltracéo
marginal pode ocorrer, levando ao descolamento da coroa.

2. SSIMULACAO POR ELEMENTOSFINITOS

Para proceder as simulagdes numéricas foi utilizado o Método dos Elementos Finitos. A
andlise de problemas na Biomecénica utilizando o Método dos Elementos Finitos ja constitui um
procedimento comum em varias aplicacdes, tais como projeto de proteses e implantes e andlise de
problemas médicos e odontol 6gicos de alguma maneira ligados a esfor¢os mecéani cos.

As simulagbes computacionais feitas permitiram as andlises do ponto de vista do
comportamento mecanico, em regime eléstico. Como foi dito, os pontos explorados foram a
verificacdo do impacto das variagdes térmicas e a ssimulacdo da mastigacdo, com o objetivo de
verificar os esforgos advindos dessas solicitagoes.



O Método dos Elementos Finitos permite uma grande variacdo das propriedades dos
materiais, da geometria dos componentes, dos esforcos aplicados e das condi¢des de contorno
(Imbert, 1995). A partir de uma base de dados experimentais pode-se simular diversas situactes
préticas correntes ou mesmo extremas, as vezes dificeis de serem realizadas experimental mente.
Para efetuar as simulacdes, foi confeccionado um modelo de elementos finitos que se aproxime
da situacdo real. A geometria do dente foi tracada com base na observacdo de vérias amostras,
tomando-se um formato anatémico médio, de tal forma que o estudo ndo ficasse limitado a um
caso particular, tratando assim o problema de umaforma mais genérica

Foi utilizado o programa comercial ANSY S”(1995). O elemento escolhido foi 0 SOLID45,
para andise de campos de tensdo e deformacdo tridimensionais. Este elemento possui 8 nds,
sendo 3 graus de liberdade por n6. Para a modelagem do ligamento periodontal foi utilizado o
elemento COMBIN39, que ssimula o0 comportamento de uma mola. O modelo resultante (Figura
2) é composto de 5268 nds, 4591 elementos, correspondendo a aproximadamente 15.000 graus de
liberdade. O grau de refinamento da malha foi definido em func&o da precisio requerida para os
resultados. Um aspecto interessante da modelagem é que as malhas das partes componentes do
conjunto (coroa, cimento e dentina) foram concebidas separadamente, conforme mostra a Figura
2, de forma a permitir andlises independentes em cada componente. E importante salientar que
este modelo, embora aproximado, € significativo na representacdo da estrutura real, pois
considera os efeitos mecanicos de forma tridimensional, 0 que ndo é comum na maioria dos
estudos referentes ao assunto. Na literatura, encontra-se modelos em estado plano de deformacéo,
estado plano de tensdes ou model os axissimétricos (Albuquerque et al., 1999).

coroa cimento

7

NN ey
N
Uy
dentina conjunto

Figura 2 — Composi¢do e dimensdes do model o de elementos finitos.

2.1. Paréametros da simulacéo
2.1.1. Propriedades dos materiais

As propriedades fisicas e mecanicas dos materiais envolvidos foram extraidas da bibliografia
(Vieira, 1976; Phyllips, 1976; O’'Bryen & Ryge, 1981; Selna, L.G. et al., 1975). Estas
propriedades, bem como as dimensBes basicas (mostradas na Figura 2) séo dadas na sequéncia.
Dentina. E=1.73 x10° N/m? (médulo de elasticidade); v=0.3 (coeficiente de Poisson);
a=11.4x10"°°C* (coeficiente de expansdo térmica); cimento (fosfato de zinco):E=22.4x10° N/m?;
v=0.35; a=10x10"° °C*; coroa (niquel-cromo): E=1.79x10" N/m?% v=0.32; a=17.3x10°® °C™.
Dados da geometria: h;=0.012 m (atura da base); h,=0.019 m (altura total); d=0.012 m (diametro
dacoroa); e=0.0005 m (espessura da coroa); b=0.0001 m (espessura do cimento).




Em relagdo as propriedades referentes ap corpo humano, € importante observar que 0s
valores utilizados sdo aproximados, pois sdo de dificil identificacdo experimental. Algumas
propriedades podem variar em funcdo da localizacdo anatbmica e de caracteristicas bioldgicas
individuais. Além disso, 0os materiais sdo geralmente heterogéneos e anisotropicos, o que pode
levar avalores de propriedades que variam de ponto a ponto (Noritomi & Sollero, 1999).

2.1.2. CondicOes tér micasimpostas

A simulagdo numérica do efeito das variacfes de temperatura consistiu de choques térmicos
aplicados a0 modelo. Estes choques térmicos sdo advindos do fato de que o homem ingere
aimentos em diferentes temperaturas. Desta forma, a temperatura do modelo passa por
variagoes discretas, de 37°C para 55 °C no caso de aquecimento e de 37°C para 5 °C no caso de
resfriamento. Deve-se observar que a ssmulacdo numérica efetuada ndo é uma termociclagem
efetiva, onde os choques térmicos sdo sucessivos, resultando em fadiga térmica dos materiais.

2.1.3. CondicOes da mastigacao

Os esforgos advindos do processo de mastigagdo de alimentos pode ser outro fator que
contribui, do ponto de vista do comportamento mecanico, ao processo de descolamento dos
materiais nainterface. Segundo Carvalho & Matson (1990), o esforgco de mastigagéo corresponde
a uma carga concentrada de compressdo, de médulo aproximadamente igual a 50 kgf. Essa carga
foi aplicada de forma assimétrica em uma regido distante do centro geométrico da secdo
transversal do modelo (Figura 3), afim de que seu efeito seja 0 mais critico possivel.

2.1.4. Condicdes de contorno

Em relacdo as condigdes de contorno, ou seja, as restrigdes cinematicas impostas ao modelo,
estas consistem daimposicéo da rigidez do ligamento periodontal, que € uma membrana que liga
0 dente e a arcada dentaria, conforme mostrou a Figura 1. O ligamento periodontal tem uma
estrutura complexa formada por material fluido e fibroso, tornando a identificagcdo de suas
propriedades bastante dificil. Segundo Selna et al. (1975), o ligamento pode ser modelado por um
conjunto de molas com rigidez conhecida, conforme esta representado esguematicamente na
Figura 3.
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Figura 3 — Representagéo da modelagem do ligamento periodontal por meio de sistemas
de molas, e do carregamento referente a mastigacéo.



Com este tipo de modelagem, todos os nés pertencentes a interface dentina/osso estéo conectados
por sistemas de molas. Os valores utilizados para as constantes das molas nas diregfes x, y e z
foram: K,=210449 N/m; K,=34243 N/m; K,=210449 N/m.

3. RESULTADOSOBTIDOS

Os resultados das simul agdes numéricas foram analisados no que se refere a distribuicdo das
tensdes no conjunto e nos componentes individualmente (cimento, coroa e dentina), conforme
mostrou a modelagem da Figura 2. Serdo mostradas as figuras referentes as duas situactes
analisadas: choques térmicos e aplicagdo da carga de mastigacdo. Estas duas situacfes foram
simuladas de forma independente.

Foi obtida uma grande quantidade de resultados. Apenas alguns destes resultados serdo
mostrados, sendo o suficiente para as andlises efetuadas, que sdo de carater mais qualitativo.
Como valores de referéncia, seréo fornecidas as distribuicbes das tensdes principais o; e das
tensdes normais 0Oy, NO conjunto e nos componentes, para situagdes de resfriamento e
aguecimento. As tensdes principais 0; constituem um possivel critério de resisténcia (falha) dos
materiais. Ja as tensdes oy, de tracdo em particular, atuam diretamente no sentido do
descolamento nainterface. Os valores das tensdes estardo sempre em N/m?.

As tensdes resultantes do choque térmico de aguecimento (AT=18°C - 37-55°C)
s80 mostradas nas Figuras de 4 a 7. A distribuicéo das tensdes g; na protese para o resfriamento
(AT=32°C > 37-5 °C) é dada pela Figura 8. A Figura9 mostra a distribuicéo das tensdes gy no
conjunto, quando da aplicacdo da carga excéntrica de 50 kgf, conforme Figura 3. A Figura 10
mostra a distribui¢éo datensdo de Von Mises para a situagdo de aquecimento.
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4. ANALISE DOSRESULTADOS

Uma primeira observacéo € de que o choque térmico provocou niveis de tensdo bastante
elevados, ainda que relativamente distantes dos limites de ruptura dos materiais. A tensdo de Von
Mises para o caso de aquecimento foi de no méaximo 0.315 x 10° N/m? No entanto, se for
considerada uma situacdo em que 0s chogues térmicos sgjam SuUCessivos € em um nUmero
elevado, haveria grande possibilidade de fadiga térmica, com o surgimento de trincas e,
consequentemente, do descolamento nainterface.

Com relacdo a diferenca da distribuicdo e dos valores das tensdes na coroa, cimento e
denting, isto se deve a geometria, as propriedades elasticas e ao coeficiente de dilatacdo térmica
de cada componente.

Embora nenhum critério de resisténcia (falha) tenha sido estabelecido neste trabalho, pode-se
notar um resultado interessante que consiste na concentragcdo de tensdes de tracéo nas “quinas’
do conjunto, conforme indicado na Figura 10. A concentragao ocorre justamente nas interfaces
coroa/cimento/dentina, podendo assim, ser este um fator que indique uma regido critica para
ocorréncia dainfiltracéo marginal e do descolamento.

As cargas de compressdo que surgem durante a mastigacdo causam uma distribuicéo
assimétrica e concentrada das tensfes no ponto de aplicacdo, com consideravel intensidade. Para
este caso, ndo foi observada uma concentragéo na interface coroa/cimento/dentina, que pudesse
agravar de forma significativa o descolamento.

5. CONCLUSAO

As andlises feitas foram de cardter mais qualitativo do que quantitativo. Os niveis de tensdes
obtidos demonstraram a importancia da consideracdo dos esforgos termomecéanicos e de
mastigacdo no estudo de falhas de coroas protéticas. E importante observar no entanto, que os
resultados obtidos neste trabalho sdo preliminares. Novas andlises serdo efetuadas a partir do
levantamento experimental das propriedades dos materiais e da comparagdo com ensaios de
termociclagem (Muradas & Gomide, 1998), atualmente em curso de realizacdo. A partir dai
poderdo ser feitos estudos mais precisos para esclarecer pontos especificos, visando dar
informagdes mais detalhadas e conclusivas a respeito do processo de descolamento de coroas,
segundo o comportamento mecanico da estrutura.
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Abstract

Hydraulic tube couplings for jet fighters can be fabricated from NiTi alloys. The use
of NiTi alloys is an alternative of the difficult task of brazing hydraulic lines. In this
case, the NiTi sleeve is mechanically expanded at low temperature, then placed around
the tubes to be joined. In the sequence, it is warmed up to room temperature, when it
recovers its original shape, gripping firmly the tubes. The goal of this paper is to present
a qualitative finite element analysis of such pipe coumpling.

Keywords: shape memory, pipe coupling, finite element.

1. INTRODUCTION

Shape memory alloys (SMAs) are materials which, after being subjected to a severe
inelastic deformation, can recover its original shape whenever it undergoes an appropri-
ate increase of temperature. Such unique mechanical behavior is associated with stress-
induced phase transformations from twinned martensite to detwinned martensite (during
inelastic deformation) and from detwinned martensite to austenite (during shape recov-
ery). Representative materials exhibiting shape memory include NiTi, CuZnAl, CuAINi,
AuCd alloys. Since the early sixties this class of materials has been considered for the de-
sign of pipe couplings, fasteners, clamps, “smart” structures, advanced composites, force
actuators and heat engines. Shape memory alloys have been succesfully employed to cou-
ple hydraulic-fluid lines in jet fighters as an alternative to the difficult task of brazing lines
that lie close to the aluminum skin: a NiTi sleeve is expanded in the martensitic condition
at liquid nitrogen temperature, then placed around the tubes to be joined; during warm-
ing to room temperature, the sleeve recovers its original shape, producing a tight seal.
The use of such fittings avoids metallurgical degradation which can result from welding
or brazing, and avoids damage to the aircraft skin. Over 300,000 such high performance
connectors have been used in US Navy aircrafts with no reports of failures (Wayman, C.
M. (1980)).

Many models have been proposed for the description of the thermomechanical behavior
of shape memory alloys, including those reported by Graesser & Cozarelli (1994), Leclercq
& Lexcellent (1996), Auricchio & Taylor (1997) and Souza et al. (1998), amongst many
others. One interesting feature of the model proposed by Souza et al. is the fact that it
showed a satisfactory qualitative agreement with experimental data (Sittner et al. (1995))
when nonproportional load histories were applied to the material. This feature is welcome
in the setting of a finite element code, where very general load histories are expected.

The goal of this paper is to present some numerical results related to the development



of a finite element capable to describe the thermomechanical behavior of shape memory
alloys, as described by Souza et al.. In particular, we present a simulation of the assembling
process of a jet pipe coupling.

2. THE MECHANICAL MODEL

If £ denotes the classical linear strain tensor, then the corresponding deviatoric strain
tensor is defined as e := ¢ — 3 (tre) I, where I is the identity tensor in R®. If T denotes
the Cauchy stress tensor, then the deviatoric stress tensor S, work-conjugate to e, is given
by S := T — 3 (¢r T)I. A symmetric and deviatoric transformation strain e describes
the average detwinning (and hence the phase transformation) in the material. When
er = 0, we say that the material is in its parent phase (austenite or twinned martensite),
when ||er|| = &, the material is in its product phase (detwinned martensite), and when
0 < |ler|| < & a mixture of both parent and product phases can be observed in the
material.

Souza et al. proposed two potentials from which the constitutive relations and the
evolution law for the transformation strain e, are derived. The first potential is the
Helmholtz free energy:

(A n 2 2
slireceer) = (545 ) o)+ ulle—erll+ (®)ller] )
where A\ and p are the Lamé constants of the material and 7),(0), a positive and monoton-
ically increasing function of the temperature 6, is the so called Maxwell stress (see Gurtin
(1983), for instance). Differentiation of the potential ¥ with respect to state variables
gives the following constitutive relations:

T = 8(?:“?6) (tre,e,er,0) = ()\ + %) tre, (2)

S := o¢ (tre,e,er,0) =2u (e —er), (3)
oe

X € — 0oy Y(tre,e,er,0) =S — 1p(0) 0 ||er]], (4)

ne—0og(tre,e,er,8) =—0my(0)]ler|| (5)

Equation (2) describes the mean stress corresponding to changes in the volume of the
material while equation (3) is the deviatoric stress-strain relation. The transformation
stress X, work-conjugate to the transformation strain er, is the driving force for phase
transformation processes. The term 7,,(0) O||ler|| describes the “origin” of the elastic
domain. Finally, n is the density of entropy.

The second potential considered in the model is the complementary potential of dissi-
pation ¢¢, defined as:

0 if[X]| <R,

+00 otherwise.

¢°(X) = Ir(X) := {

Differentiation of (6) with respect to X leads to the following flow rule:
ér € 0¢°(X) =0 Ig(X). (7)



An Implicit Euler scheme, together with a classical Return Mapping Algorithm, was
considered for the integration of the aforementioned flow rule. Further details can be
found in Souza et al. (1998).

3. FINITE ELEMENT SIMULATION OF HYDRAULIC COUPLINGS

In this section we present a numerical simulation of the assembling process of a Nitinol
hydraulic coupling. In this setting, let us consider a pair of aluminum tubes with inner and
outer diameters ¢; = 6 mm and ¢, = 12 mm, respectively. A shape memory sleeve with
inner and outer diameters ®; = 11.52 mm and ®, = 18 mm, respectively, is machined at
room temperature, so that the inner diameter of the sleeve is about 4% less than the outer
diameter of the tubes (Fig. 1.a). The sleeve is then cooled up to —120°C' and mechanically
expanded to have an inner diameter 4% larger than the tube’s outer diameter (Fig.1.b).
Still at low temperature, the set is assembled (Fig. 1.c). When the couple is warmed up
to room temperature, it shrinks to form a tight seal (Fig. 1.d).

e VY TRV A Ty ey i
V2227222222227 | gy, ﬂ/ﬂ/ﬂ/ﬂ/ 2 4%
Sleeve machined at room temperature M echanical expansion of the sleeve
aaT=-120C
AT &\\\\‘\\\\\\‘\\\\\\‘\\\\\\ \\\\V‘k\\\\‘“\\\\‘&\\\\“ AT \\\\\\\\\\\\
(c) (d)
M Iy Oy M T O
) V22222222227
Assembling of theset at T =-120 C Heating up to room temperature

Figure 1: Schematic assembling process of the SMA coupling.

In order to simulate the aforementioned coupling process, two finite element discretiza-
tions were considered. The first one is illustrated in Figure 2 and considers that the prob-
lem is invariant along the longitudinal direction. As a consequence, the discretization
is restricted to the radial direction. The aluminum tubes are discretized in four elastic
four-noded axisymmetric elements, while the sleeve is discretized in four shape memory
four-noded B axisymmetric elements. B elements were chosen in order to avoid the locking
associated with the evolution of the transformation strain, which is a deviatoric tensor.
Two simple “gap” elements are considered in order to describe the contact condition
between the sleeve and the tubes.

4-nodes quadrilateral 4-nodes quadrilateral B
linear elements_ . SMA elements

3mm i tube 3 i 5.76 mm

: |
R —1

6mm | 9mm

(a) +"gap" elementsfor (b)
unilateral contact

Figure 2: Discretization of the coupling along the radial direction: (a) tubes, (b) sleeve.



Radial stress-strain curve at inner radius of the sleeve
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Figure 3: Radial stress-strain curve at inner radius of the sleeve.

Figure 3 describes the history of radial stress versus radial strain, at the inner radius
of the sleeve, obtained from the numerical simulation of the assembling process. Starting
from a stress-free configuration (at temperature —120°C'), elastic behavior is observed
from point A to point A’, during mechanical expansion of the sleeve . Still during me-
chanical expansion, inelastic behavior associated with stress induced phase transformation
is observed along line A’B. Line BC describes the stress-strain curve during unloading,
always at cryogenic temperature. Next, line CDE is associated with elevation of the tem-
perature up to 20°C'. Contact between the sleeve and the tubes starts at point D, as a
consequence of the shape recovery of the sleeve.
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Figure 4: (a) Distribution of radial stress when maximum radial expansion of the sleeve is attained; (b)
Distribution of ||er|| when maximum radial expansion of the sleeve is attained; (c) Distribution of radial
stress after shape recovery of the sleeve; (d) Distribution of ||er|| after shape recovery of the sleeve.



Figure 4 describes the distributions of radial stress and of norm ||er|| of the transfor-
mation strain on the coupling at two distinct stages: when maximum radial expansion of
the sleeve is attained (Figures 4.a and 4.b) and after shape recovery of the sleeve (Figures
4.c and 4.d). It is interesting to observe from Figure 4.d that, after shape recovery, the
martensitic phase is still present in the coupling (||er|| > 0). As a consequence, the sleeve
can undergoe a further shape recovery even if small variations of the outer diameter of
the tubes are observed.

The second discretization is illustrated in Figure 5 and consists of partitions of the
tubes in 40 elastic four-noded axisymmetric elements each, and of the sleeve in 81 shape
memory four-noded B axisymmetric elements. 28 “gap” elements were considered for
unilateral contact between tubes and sleeve.

6 mm

E—

Tube 1: =sn ™

40 4-nodes quadrilateral
linear elements

Sleeve:

81 4-nodes quadrilateral
B SMA elements

+ 28" gap" elementsfor
unilateral contact

r

w
=1
3

Tube2 i

40 4-nodes quadrilateral
linear elements

Figure 5: Second discretization of the coupling: partition of each tube in 40 elements

and of the sleeve in 81 elements.

Figure 6 shows the corresponding distributions of the radial stress and of the norm
|ler|| of the transformation strain on the coupling at two distinct stages: when maximum
radial expansion of the sleeve is attained (Figures 6.a and 6.b) and after shape recovery
of the sleeve (Figures 6.c and 6.d). Small differences of the results are observed when
compared with those from the first discretization.

4. CONCLUDING REMARKS

The finite element discretization of the quasi-static evolution problem of a shape mem-
ory pipe coupling resulted in a set of nonlinear equations. Although a finite difference
scheme was considered for the evaluation of the constitutive tangent moduli, quadratic
convergence was observed during each isothermic step. The reasons for lower convergence
rates associated with conditions of change in the temperature are under investigation.
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Resumo:

A capacidade que os elementos fabricados a base de ligas com efeito memoria de
forma possuem de produzir um deslocamento mesmo quando submetidos a um
carregamento mecanico consideravel € responsavel pelo crescente interesse nestes materiais
ativos. A utilizagdo repetida do elemento a meméria de forma pode levar a um fendbmeno de
fadiga termomecénica ndo convencional. Neste trabalho, a fadiga até a ruptura de fios que
apresentam o efeito memoria de forma é estudada utilizando duas méquinas de ensaio
diferentes e especialmente concebidas para tesar estes materiais. Na primeira delas,
denominada MF1, a carga € aplicada e mantida constante por um sistema pneumatico
original, enquanto na segunda, denominada MF2, o carregamento é assegurado por
intermédio de pesos. Nos dois casos, 0 aquecimento do material € realizado essencialmente
por efeito Joule. Os resultados obtidos mostram que, mesmo que o efeito memoria de forma
sob carga seja praticamente 0 mesmo nas duas méaquinas, a vida em fadiga dos fios €
bastante reduzida quando se utiliza a magquina MF1. Estes resultados sdo discutidos em
funcéo das especificidades de cada maquina no que se refere as condigcdes de ensaio.

Palavras chave: Fios, efeito memoria de forma, fadiga, atuadores.
1. INTRODUCAO

O efeito memoéria de forma (EMF) corresponde a habilidade que alguns materiais
possuem de recuperar uma deformacdo plastica, ou “aparentemente plastica’, por
intermédio de um aguecimento simples. Esta recuperacdo da forma, podendo ser
acompanhada de um trabalho mecanico, permite que tais materiais possam ser
intrinsecamente considerados como atuadores termomecanicos. Esta propriedade, associada
a sensibilidade a temperatura que eles demonstram, resultou na introducéo recente destes



materiais em uma nova area de pesquisa e desenvolvimento, denominada estruturas e
materiais adaptaveis (smart structures and materials) (Culshaw, 1996).

Atualmente, as aplicagdes que vem encontrando maior sucesso sd0 aquelas que
utilizam as ligas metdlicas com EMF como atuadores termomecanicos no dominio da
robdtica, das estruturas inteligentes e no campo médico-odontoldgico (Melton, 1998). Vale
ressaltar que quando estes materiais sdo usados como atuadores a operacéo que eles
realizam sob carga € geralmente repetitiva. A figura 1 ilustra esquematicamente a operacdo
de um fio atuador com EMF desenvolvendo um efeito memoria reversivel sob carga, que
neste trabalho serd denominado Efeito Memdria de Duplo Sentido Assistido (EMDSA). O
ponto B corresponde a posicdo baixa temperatura (PBT) sob carga, enquanto que o ponto C
corresponde a posicdo alta temperatura (PAT). Estas posicdes podem variar em funcéo do
nimero de ciclos térmicos e a repeticdo da operacdo em EMDSA torna estes materiais
susceptiveis a um fendmeno de fadiga que, antes da falha completa do atuador, pode ser
responsavel por uma degradacdo do EMDSA (De Araljo et al., 1997; De Aradjo, 1999). O
problema da fadiga das ligas com EMF tém limitado algumas aplicacbes especificas no
dominio darobética (Mackenzie et al., 1996).

Carga

Aquecimento PAT
|
EMDSA
Resfriamento -
PBT

Figura 1 — Esquema simplificado do EMDSA desenvolvido por um fio trabalhando em
tracdo uniaxial.

Infelizmente ndo existem normas técnicas que regulem os testes de fadiga destes
materiais submetidos a ciclagem térmica sob carregamento mecanico, huma configuracdo
semelhante aquela da figura 1. Isto faz com que as diferencas de vida em fadiga
encontradas na literatura, para materiais semelhantes, sejam algumas vezes enormes e
incompreensiveis. A realizacdo deste trabalho foi motivada exatamente por
constatacdo. Assim sendo, visando analisar 0s aspectos macromecanicos da fadiga de fios
atuadores com meméria de forma, duas maguinas (denominadas MF1 e MF2) foram
especialmente projetadas e construidas. A primeira, MF1, possui um sistema de aplicacéo e
controle de carga que se aproxima mais das maguinas cléssicas, enquanto a segunda, MF2,
foi totamente inspirada na figura 1, sendo portanto a aplicacdo da carga readlizada
diretamente através de pesos. Os resultados obtidos permitem elucidar boa parte das
divergéncias encontradas na literatura e séo discutidos em fungdo das especificidades de
cada magquina.



2. CONDICOESEXPERIMENTAIS
2.1. Asmaquinasdeensaio MF1 e MF2
As duas maguinas de ensaio, MF1 e MF2, especialmente projetadas e construidas

para o estudo das propriedades termomecanicas das ligas com EMF sdo mostradas na figura
2.
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Figura 2 — Esquema das méaquinas de ensaio especificamente concebidas para o estudo das
propriedades termomecénicas de fios com EMF. (a) Maguina MF1. (b) Maquina MF2.

Na maquina MF1 (fig.2a), o sistema motor localizado na parte superior €&
pneumatico. O carregamento mecanico € produzido através de duas camaras de ar
separadas por uma placa de aco solidaria ao eixo mével. Quando a camara inferior € inflada
enguanto a superior se esvazia, 0 eixo movel sobe. A operacdo inversa produz 0 movimento
de descida do eixo movel. A distribuicdo de ar comprimido entre as duas camaras pode ser
controlada por uma eletrovalvula. Para evitar qualquer problema de atrito, o eixo mével da
maquina pode ser elasticamente guiado usando dois conjuntos de fios de aco corda de
piano. A magquina é equipada com uma célula de carga de 500N e um captor de
deslocamento LVDT (Linear Variable Differential Transducer) capaz de medir um
deslocamento de 5mm com uma resolucdo da ordem de 2um. E possivel trabalhar em
regime de tensdo controlada ou em controle de deformacdo. A regido da méaguina que
prende a amostra pode ser imersa em um banho de 6leo silicone termicamente regulado
para obter uma temperatura homogénea e estavel. O aquecimento da amostra para produzir
0 EMDSA pode também ser realizado por corrente elétrica (efeito Joule). Neste caso a
célula de carga da maguina é protegida por um isolante elétrico. A méaquina é pilotada por



um sistema de controle e aquisicdo de dados instalado em um computador. Para a operacéo
em EMDSA segundo a figura 1, o sisstema mantém a carga constante, comanda o
aguecimento da amostra através do controle da passagem de corrente elétrica e faz a
aquisicdo da carga medida pela célula de carga, do deslocamento medido pelo captor
LVDT e datemperatura do banho de 6leo medida por uma sonda de platina.

Na maguina MF2 (fig.2b), o carregamento da amostra de fio com EMF é assegurado
por intermédio de pesos, seguindo totalmente o esquema da figura 1. Esta configuracdo
limita a carga maxima sobre a amostra em 10kg. Existe um contato elétrico movel efetuado
com mercurio liquido que permite fazer a corrente elétrica (i) passar pela amostra sem
produzir nenhum carregamento adicional sobre a mesma. A instrumentacéo e o sistema de
controle e aquisicdo € semelhante aquele utilizado na méaquina MF1.

As diferencas no projeto dessas duas maguinas impdem necessariamente condicoes
de aguecimento elétrico diferentes as amostras testadas. Para a maguina MF1, o
aguecimento da amostra por corrente elétrica deve ser lento e gradual para que o sistema
eletrénico que pilota a maguina tenha tempo suficiente para controlala mantendo
sobretudo a carga constante (esquema do EMDSA ilustrado na figura 1). Este problema ndo
existe na maguina MF-2 pois o carregamento mantido constante pelos pesos permite que o
aguecimento elétrico seja feito muito rapidamente, através de pulsos de corrente elétrica de
curta duracdo. A figura 3 mostra um esquema dos modos de agquecimento elétrico usados
nas duas maguinas. Observa-se que um ciclo de aguecimento — resfriamento dura
aproximadamente 80s na maquina MF1, enquanto que com a maguina MF2 este ciclo pode
ser realizado em apenas 6s. Estes tempos sdo validos para fios de ligas Ti-Ni com EMF
tendo aproximadamente 0.5mm de didmetro. A corrente maxima (imax) € obtida
experimentalmente, para cada valor da carga externa, aumentando-se gradativamente a
corrente até obter-se a saturacéo do EMDSA (ponto C nafigura 1).

Em ambas as maquinas o deslocamento do fio atuador € medido em termos da sua
deformacdo (&) através da equacéo:

€= EI—'O Ex 100(%) (1

onde | é o comprimento instanténeo do fio e lp € o comprimento inicial medido na
temperatura ambiente.
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Figura 3 — Esquema dos modos de aquecimento elétrico utilizado nas maguinas MF1 e
MF2. A temperatura do 6leo silicone é mantida constante.



2.2. Material e condigbes de ensaio

Foram utilizados fios de uma liga Ti-Ni-Cu com EMF fornecidos pela empresa
belga Advanced Materials Technologies Inc. Todas as amostras apresentam a composi¢ao
nominal Ti-45.0Ni-5.0Cu (at%), didmetros de 0.5 mm e foram obtidas por trefilacdo a frio
com reducdo total de area de 35% durante a fabricacdo. Os fios foram recozidos a 425°C
durante 1h e pogteriormente resfriados ao ar ambiente.

Todas as amostras testadas tiveram comprimentos entre 27 e 32mm. O aquecimento
e resfriamento das amostras foi realizado segundo o esquema da figura 3, mantendo a
temperatura do banho de 6leo silicone constante em aproximadamente 10°C.

3. RESULTADOS E DISCUSSOES

A figura 4 mostra a evolugdo do EMDSA e das posicdes PBT e PAT em funcéo do
nimero de ciclos térmicos (N) utilizando a maguina MF2. Os resultados obtidos para dois
niveis de carregamento externo, 175MPa e 225MPa, podem ser comparados nas figuras
4(a) e 4(b).

Observa-se nas figuras 4(a) e 4(b) que as posicdes PBT e PAT evoluem mais
rapidamente no periodo inicial de ciclagem. Este comportamento, que depende da
intensidade do carregamento externo, traduz um efeito de fluéncia da amostra, responsavel
por um alongamento permanente da mesma que resulta em uma degradacdo do EMDSA
antes da ruptura abrupta. Qualitativamente, 0 comportamento obtido com a méquina MF1 é
bastante semelhante. Quantitativamente, para um carregamento mecanico idéntico, as
deformagbes correspondentes as posi¢des PBT e PAT evoluem mais intensa e rapidamente
guando se trabalha com a méaquina MF1, porém o EMDSA obtido em geral é da mesma
ordem de grandeza daguele verificado durante os ensaios com a maquina MF2. Esta
evolucdo mais intensa das deformactes PBT e PAT na maguina MF1 reduz bastante a vida
atil dos fios com EMF. A figura 5 mostra as curvas de Wohler dos fios testados aé a falha
completa nas maguinas MF1 e MF2. A flecha na figura 5(b) indica que, para um
carregamento minimo equivalente a 75MPa (~1.5kg), ndo houve ruptura dos fios testados
com a maquina MF2 apds 200000 ciclos. Para esse mesmo nivel de carga e utilizando a
maquina MF1, a vida em fadiga dos fios € bastante reduzida, podendo chegar a valores
situados em torno de apenas 10000 ciclos, conforme indica a figura 5(a).
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Figura 4 — Comportamento dos fios com EMF durante a ciclagem térmica por efeito Joule
utilizando amaquina MF2. (a) 175MPa. (b) 225MPa.
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Figura 5 — Curvas de Wohler para os fios testados. (a) NUmero de ciclos até aruptura com a
maquina MFL1. (b) Numero de ciclos até a ruptura com a maguina MF2.

Comparando as figuras 5(a) e 5(b) para a faixa de tensdo situada entre 100 e
450MPa, verifica-se que existe um fator multiplicativo de aproximadamente 10 entre as
vidas em fadiga dos fios avaliadas através das duas méaquinas, isto &, os resultados obtidos
com a maquina MF2 sdo dez vezes maiores. Com relacdo a literatura, ndo existem muitos



estudos especificos sobre a fadiga do EMDSA. Tautzenberg et al. (1992) encontraram
valores de vida em fadiga intermediarios aqueles mostrados nas figuras 5(a) e 5(b) para a
faixa de tensdo situada entre 50 e 200MPa, porém estes autores ndo detalham o
equipamento utilizado. Em um outro estudo, Filip e Mazanec (1994) encontraram valores
de vida em fadiga algumas vezes melhores que aqueles da figura 5(b) e utilizando um
equipamento de configuracdo bastante semelhante a maquina MF2, mas os tratamentos
termomecanicos aplicados aos fios diferem do nosso. Na readlidade, ndo encontram-se
registros de fios de materiais idénticos testados em equipamentos de concepcdo
diferenciada como nesse trabalho.

As diferencas de vida Util evidenciadas na figura 5 podem ser explicadas pelas
diferencas no modo de ciclagem utilizado em cada maquina. Verifica-se na figura 3 que os
fios passam muito mais tempo sendo aquecidos sob carga quando se utiliza a maguina
MF1. Além disso, nesta maquina a amostra permanece aproximadamente 5s submetida a
corrente maxima (ima). ESte tempo é excessivo, mas necessario para que o sistema
eletrébnico possa controlar adequadamente a maquina mantendo sobretudo a carga
constante. Estas condicfes impostas a amostra faz com que as deformacbes
correspondentes as posicdes PBT e PAT evoluam muito mais intensamente na méaquina
MF1, causando uma ruptura precoce. Além disso, para 0s carregamentos mais intensos, a
partir de 300MPa, tais condi¢bes podem causar 0 aparecimento do fendmeno de striccéo na
regido da ruptura dos fios. Assim sendo, a vida em fadiga depende ndo apenas da carga
aplicada, mas também do tempo de aquecimento. Para confirmar hipétese, pulsos de
corrente de duracéo entre 1 e 5s foram aplicados as amostras utilizando a maquina MF2. A
figura 6 mostra a vida em fadiga até a ruptura dos fios em funcéo do tempo de aguecimento
para um nivel de carga especifico (275MPa), assim como os dois tipos de ruptura
observados.

Tempo de aguecimento (S)
w
1
[ ]

. ] 0=275MPa, i=8A

100 1000 10000
Namero de ciclos até a ruptura, N,

@ (b)

Figura6 — (a) Vida em fadiga dos fios em funcdo do tempo de aquecimento para uma carga
de 275MPa utilizando a maquina MF2. (b) Tipos de ruptura

Verifica-se na figura 6(a) que a utilizacdo de tempos de aquecimento superiores a 1s
reduz bastante a vida em fadiga quando se utiliza um mesmo equipamento de ensaio. Este
resultado gjuda a explicar as diferencas de vida Util dos fios evidenciadas na figura 5,
guando se compara as maquinas MF1 e MF2. Durante os ensaios que resultaram na figura



6(a), isto €, para uma carga correspondente a 275MPa e tempos de aquecimento entre 1 e
5s, nenhum fendbmeno de sriccdo foi observado e as rupturas foram todas do tipo |,
conforme mostra a figura 6(b). Na realidade, rupturas do tipo Il mostrada na figura 6(b)
foram observadas apenas para carregamentos iguais ou superiores a 300MPa na maguina
MF1 e para carregamentos idénticos a esses quando se ultrapassa um tempo limite de 2s na
maquina MF2. Assim sendo, para carregamentos entre 75MPa e 450MPa, o fenbmeno de
striccéo ndo aparece nos fios testados na maguina MF2 quando se utiliza pulsos de corrente
de curta duragdo, menores ou iguais a 1s.

Estas constatagtes traduzidas pelas figuras 5 e 6 séo bastante importantes na medida
em que verifica-se na literatura que o acionamento de elementos do tipo fios a memoria de
forma, para aplicacBes no dominio da robdtica, é geramente efetuado através de pulsos de
corrente de curta duracéo (Furuya e Shimada, 1990). Mesmo que alguns autores (Furuya e
Shimada, 1990) sejam induzidos a ndo considerarem a fadiga dos elementos Ti-Ni como
um problema técnico muito importante, os resultados das figuras 5 e 6, associados aos
baixos valores de vida em fadiga encontrados durante algumas tentativas de aplicacdes
especificas no dominio da robdtica (MacKenzie et al.,, 1996), revelan que o
comportamento em fadiga depende das condicdes de aplicacdo do carregamento
termomecanico.

Vale salientar também que os baixos valores de vida em fadiga encontrados
utilizando a méquina MF1 desaconselham o emprego de maguinas de ensaio classicas
(MTS ou INSTRON por exemplo) para o estudo deste tipo especifico de fadiga, ja que elas
limitariam as condi¢cBes de aguecimento das amostras, por razfes semelhantes aquelas
apresentadas para a maquina MF1.

4. CONCLUSOES

A construcéo de duas maquinas de ensaio especificamente concebidas para o estudo
das propriedades termomecanicas de fios atuadores com EMF, sob carregamento trativo
uniaxial, permitiu demonstrar experimentalmente que as enormes discrepancias entre 0s
valores de vida em fadiga publicados na literatura podem estar muitas vezes associados as
condicdes impostas pelo equipamento utilizado em detrimento dos aspectos mecano-
metalUrgicos relativos as amostras testadas. Foi demonstrado que o aumento do tempo de
aquecimento dos fios com EMF mantidos sob carga é responsavel por um aumento da
poténcia dissipada sobre os mesmos, reduzindo significativamente seus desempenhos.
Levando em consideracéo os resultados obtidos com a maguina MF1 e a inexisténcia de
normas que regulem os testes de fadiga de atuadores a memodria de forma, ndo é
recomendado 0 emprego de maguinas de ensaio cléssicas para a caracterizagdo do
comportamento em fadiga destes elementos. Como a grande maioria das aplicacdes ciclicas
no dominio da robdtica utilizam pulsos de corrente de curta duracéo (t<1s), este trabalho
revela que uma eventual andlise da vida em fadiga de fios com EMF deve ser
preferencialmente realizada em um equipamento semelhante a maguina MF2 apresentada
nesse estudo.
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Abstract

The aim of this work is to present some numerical results concerned with the mechanical
behavior of steel pipes 6 m long (Iength over diameter, L/D = 12; diameter over thickness,
D/t = 100), subjected to internal uniform static pressure. These pipes were endowed with a
thickness discontinuity (reduction of 60% int) at the center section (L/2), covering a length
of 1% of L, to simulate a defect in the form of aring, and repaired with unidirectional Fiber
Reinforced Plastic (FRP) angle ply laminates at the damaged area. The simulations were
carried out using an in-house finite element code (COMPSHELL), and the results obtained so
far indicate that it is possible to restore both the stiffness and the strength of the pipes using E-
glass/epoxy composites.

Key - words. Composite repairs, Steel pipes, Numerical simulation.
1. INTRODUCTION

The search for new materials to repair metallic pipes is very important, mainly when they
are located in remote areas where there is no welding equipment available. With the advent
of the aerospace industry there was a necessity for new materials combining high strength and
stiffness with low weight. Such materials, in particular the polymeric matrix composites,
also have the advantage of good corrosion resistance in the presence of water (Levy Neto,
1991). Presently, in many other industries (e.g. chemical, oil, marine, car and building)
carbon and E-glass Fiber Reinforced Plastics (FRP) are now replacing metallic materials in
some applications (Hull and Clyne, 1996), and, in particular situations (e.g. ducts located in
remote places), being used just to repair steel pipes (Soares and Lisboa, 1999).

Another aspect which is relevant to the pipe industry is the fact that thin FRP shell
structures usually tend to present linear elastic behavior up to failure (Levy Neto, 1991), even
when subjected to low velocity (less than 10 m/s) impact loads (Levy Neto, 1983). So, if a
catastrophic failure does not take place and only localized damage occurs, due to the normal
absence of plastic deformations such structures return to their initial shapes after the loads are
removed. In practical terms, this means that FRP pipes and pressure vessels, for instance,
would keep their original geometry even after they were loaded slightly beyond their limiting
critical loads (i.e. material failure or local buckling). However, if a magjor accident takes
place, their capacity to absorb energy is limited. In addition, FRP pipes are much more
expensive and brittle, in comparison with steel pipes, and, due to the fact that they use a



thermoset polymer as matrix they can not be recycled. In this context, there are some
theoretical and experimental studies concerned with the repair of FRP structures (Baker,
1990; Mistry and Levy Neto, 1992), but the problems of high costs and low toughness still
remain. Another possibility, which isthe focus of this study, isto use FRP laminates, inthe
form of localized patches, only to repair steel pipes.

An additional practical aspect, which is relevant to the repair of pipe structures, is the fact
that the epoxy resin is a good adhesive and the repair process does not involve any kind of
welding. In such case, if the repair needs to be carried out in the field, this is a major
advantage. A general repair procedure using FRP laminates includes: (i) preparation and
cleaning of the metallic surface; (ii) patch application; (iii) vacuum bag and cure of the
resin; (iv) surface finishing; and (v) inspection (Baker, 1990). The main objective of this
theoretical investigation was to simulate the mechanical behavior of: (i) intact steel pipes
subjected to datic internal pressure; (ii) steel pipes with a localized decrease in the wall
thickness resulting from corrosion, erosion, penetration, or lighting strike; and (iii) steel
pipes with an axisymmetric discontinuity of the thickness, as described in item (ii), and
repaired with carbon/epoxy and/or E-glass/epoxy angle ply laminates. The finite element
code COMPSHELL (Levy Neto, 1991) was utilized to determine the theoretical failure
pressures.

2. DESCRIPTION OF THE MODELS

The main geometric characteristics of the steel pipes simulated in this study are: tota
length (L) equal to 6000 mm; nominal diameter (D) equal to 500 mm; and thickness (t) equal
to 5 mm, as shown in Figure 1. The material normally used in such structures is a mild
carbon steel presenting elasticity modulus E = 205000 GPa; Poisson ratio v = 0.3; shear

modulus G = 78846 GPa; and yield stress o, = 400 MPa (Jastrzebski, 1990).

L
< >
PECEEN
N | |
. ’
N —» |« 1%of L ’
D X
B T Mot B
t
Z —
| |
“ EPOXY NFRP REPAIR * ~
.S

Figure 1- General view of arepaired pipe

In the numerical model, based on the finite element method, it was assumed that the
pipe is a perfect cylinder (i.e. an axisymmetric shell) clamped at both ends. Steel pipes can



not be manufactured longer than about 6 m (Silva Telles, 1997). So, in a pipeline, many
cylindrical segments need to be connected by flanges or welded. The flanges naturally
contribute with a significant increase on the bending stiffness at the ends of the pipes;, and, at
the welded joints, there is an overlapping of the walls of the adjacent pipes, increasing the
thickness at the joint by a factor of 2, which also increases the stiffness locally. So, the
assumption of the clamped ends at the model seems to be a fair one.

The coordinates which are important for the in plane stress analysis of the pipes are the
longitudinal, or meridian, direction x (see Figure 1), the shell circunferential directiony, and
the directions 1 and 2, as shown in Figure 2, related to the orientations of the fibers in the
FRP laminate. The angle O refersto the orientation of the fibersrelatively to x.

Ay

>

X

Figure 2 — Systems of Coordinates (x,y), and (1,2).

The shell element adopted in the finite element code COMPSHELL was a two-node
axisymmetric ring with 4 degrees of freedom (displacements u, v, w; and the meridian
rotation (3) per node, and the shell equations are those based on the theory of Novozhilov for
thin shells. The displacement u is longitudinal (i.e. along direction x shown in Figure 1), v
corresponds to the circunferential direction y of the shell, and w, along z shown in Figure 2
is normal to the shell surface. The program is able to calculate the stress resultants and the
bending moments along x and y, as well as in plane stresses and strains in the coordinate
systems (x,y) and (1,2), and has 7 special failure criteriato estimate the threshold of failure of
FRP laminae subjected to in plane stresses (01, 02, and 112), where 1 and 2 refer to the
directions parallel and perpendicular to the fibers of a FRP unidirectional lamina, respectively
(Levy Neto, 1991). So, 07 and o, are normal stresses along and perpendicular to the fibers,

respectively, and 11»> a shear stress in the plane of the lamina. The theory adopted in the
present investigation is the failure criterion of Tsai-Hill (Gibson, 1994), which is based on a
guadratic equation as shown below:

@H—B@@@%%Eﬂ ®
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where:



X : is the tensile (X11) or the compressive strength (X1c) of the FRP in direction 1,
depending on the sign of oy;

Y : is the tensile (Xo7) or the compressive strength (Xoc) of the FRP in direction 2,
depending on the sign of oy; and

S1o: isthe shear strength of the FRP in the plane (1, 2).

For the static failure analysis of the damaged steel pipe repaired with FRP a laminate,
which is a brittle material, the criterion of Tsai-Hill is very convenient. First because it
presents good correlation with experimental results when FRP laminates are tested to failure
(Gibson, 1994); and second because it turns itself into the yield theory of von Mises, for
ductile materials, whenthe valuesof X, Y, and S, are substituted by oy in equation (1). So,
it is able to predict the onset of yield in the steel and the threshold of failure in FRP layers.

Two kinds of unidirectional composites, E-glass/epoxy and Carbon/epoxy, were used
as the FRP repair in the numerical simulations. Their mechanical properties together with
those of the epoxy resin are shown in Table 1 (Soares and Lisboa, 1999). The FRP layers
have two different elasticity moduli, E; and E,, and Poisson ratios, vi» and vy1, depending
if the FRP is stretched along or perpendicular to the fibers, respectively (Gibson, 1994).

Table 1 — Mechanical properties, in MPa, of the materials used in the repair

M ech. Properties E — glass/epoxy Carbon/epoxy Epoxy
E; 38600 138000 3100
E, 8270 8960 3100

V1o 0.28 0.31 0.39
Vo1 0.06 0.02 0.39
G1o 4140 7100 1115
X1 1062 1447 75
X1c 610 1447 120
X1 31 52 75
Xoc 118 206 120
Sio 72 93 90

The FRP repairs consisted of symmetric angle-ply laminates with four layers and
stacking sequences. [6/-6/-6/06],0r[06/-6] ¢, inwhich 20° < 06 < 90°, where the
subscript s means symmetric about the middle surface of the laminate.

3. MAINRESULTS

The simulations carried out o far, in order to predict the onset of failure of the models
(i.e. yield of the steel, or material failure of the FRP) subjected to uniform pressure (p),
included 4 situations, asillustrated in Figure 3: (i) perfect Seel pipes (i.e. t =5 mm all over);
(ii) steel pipes with a local thickness reduction at the centra region, simulating a defect, or
damage, inthe formring; (iii) same as situation (ii), inwhich the “ring” is filled with epoxy




resin and the central region is repaired with one laminate having 4 plies of FRP with fiber
orientations [0 / -0] g and (iv) same as (iii) but repaired with two laminates of 4 plies each.

The thickness reduction was 60% (3 mm), over a distance equal to 1% of L,

the total

thickness of each repair laminate was 5 mm (1.25 mm per ply), and the extension of the
repair was equal to the diameter (D) of the pipe, asshown in Figure 3 (situationsiii and iv).

(i)

(i1)

(iii)

(iv)
5 mmi

¢t:5mm

perfect shell wall T
1% of L |— ¢
LI -
damaged wall T
< D >
T 4
1% repair
D
< >
« DI2
| |
N K
2" repair

Figure 3 - Four situations for the shell wall at central region of the pipes

According to a survey carried out by Soares and Lisboa (1999) involving
PETROBRAS / CENPES, in Rio de Janeiro, seel ducts with D = 500 mm and t =5 mm

should resist to a least p = 5 MPa of internal hydrostatic pressure (p).

So, one of the

purposes of thiswork wasto find out if the damaged and the repaired pipes were able to resist

top =5 MPa



Using the program COMPSHELL, and the model with the shell wall of situation (i),
corresponding to the perfect steel pipe in Figure 3, after the finite element mesh was refined

the results converged to pmax = 6.3 MPa. Inthis simulation, pmax corresponds to the onset of

yield, which occurred at the clamped edge (S = O, in Figure 1). Under p = 6.3 MPa, the
radius of the pipe increased uniformly all over, except at the clamped edges wherew = 0, by

the value Wyax = Wynit = 0.26 mm (radial displacement). The failure mechanism, according
the distribution of stresses obtained in the simulations, was controlled by the peaks of bending
moments occurring at the clamped edges (S=0, and S=L). Away from the clamped edges
the bending moments vanish. Krauss (1967) using analytical solutions based on the
hypergeometric functions also obtained similar results for an equivalent problem.

The threshold of failure of the steel pipe with the “ring” defect, corresponding to
situation (ii) in Figure 3, was pmax = 3.8 MPa (drop of 39%), and the position of the onset
of yield now migratedto S=L/2 (i.e. S=3 m). Closeto S = L/2 the bending moments were
very high, and there was a local increase in the radial displacement Wia = 0.45 mm. Away
from this region w = wypis = 0.26 mm, which is the same value as in situation (i). When the
“ring” was only filled with epoxy resin, without any FRP repair, the obtained values of pmax ,
Wmax » and Wynis were practically asthose obtained in situation (ii).

When a repair consisting of 4 plies of E-glass/epoxy, [90°]4, i.e. one laminate with 5
mm of thickness, was applied, as shown in Figure 3, dituation (iii), the onset of failure
remained at S= L/2 but increased to pmax = 4.9 MPa, Wnax Was reduced to 0.42 mm close to

S=1L/2, andw = wyit = 0.28 mm along the pipe. Since pmax Was lower than 6.3 MPa, the
strength of the perfect pipe, two laminates of E-glass/epoxy, of 5 mm each, were used as
repair, asillustrated in Figure 3, stuation (iv). This time the onset of failure shifted to the

clamped edge S = 0 and the pressure increased t0 pmax = 6.2 MPa, wyqs = 0.28 mm, and
Wpnax = 0.284 mm.

Using the repair configuration of situation (iv), shown in Figure 3, with two
laminates of [0/ -0]s, and varying the orientation of the fibers from 20° to 90°, at intervals of

5°, the values of pmax Obtained in the simulations, as shown in Table 2, remained practically
unchanged. Only the location of the failure, S, changed from O to L/2, and back to O.

Table 2 — Effect of the variation in the fibers orientations, 0 in the results.

0 S [mm] Failed Ply Z [mm] Pmax [M Pa]
20°<6<30° 0 1 -25 6.182
35° 3000 1 -7.5 6.155
40° 3000 1 -7.5 6.115
45° 3000 1 -7.5 6.125
50°<B6<55° 0 1 -25 6.185
60°<0<70° 0 1 -25 6.192
75°<0<90° 0 1 -2.5 6.200

The results presented in Table 2 indicate the sensitivity of pmax With the orientation of
the fibers in the FRP repair is very reduced. In fact, for 20°<6<30°, and 50°<6<90° the
failure occurs at the clamped edge, away from the FRP repair. For 35°<6<45° the failure




occurs a the repair region but the influence of 8 on pmax Was reduced. It is also important to
mention that al the values of pmax in Table 2 are very close to the onset of yield of the perfect
pipe, Pmax = 6.3 MPa.

Finally, some simulations were also carried out using an unidirectional carbon/epoxy
laminate of 2.5 mm, [90°]s, according to situation (iii) shown in Figure 3, asthe FPR repair.
The value of pmax Obtained was 6.3 MPa, which is the same of the perfect pipe. However,

the values of w in the repair region were smaller than wypis by about 82% (Wmin = 0.21 mm),
indicating that the FRP repair was so iff that it subjected the damaged region in
compression, relatively to the rest of the pipe. On the other hand, the thickness of the
carbon/epoxy can laminate be reduced in order to solve this problem easily.

4. COMMENTSAND CONCLUSIONS

The results obtained in this study indicate that, using E-glass/epoxy laminates, it is
possible to restore both the strength and the stiffness of steel pipes subjected to a severe
thickness discontinuity (only 40% of the original thickness remained) at the middle section.
After the repair with two [0 / -8]s laminates of 5 mm each (situation (iv) in Figure 3) the
failure pressure (p), and the maximum radial displacement (w) of the damaged pipe, were
practically restored to those values presented by the perfect steel pipe.

Although different fiber orientations can be adopted for the repair, the laminate [90°]4
(i.e. al fibers in the hoop direction), is the easiest to apply and figures among the most
efficient, as shown in Table 2. According to the data presented in Table 2, the onset of
failure always occurred at the innermost ply (layer 1), so, not visible at the external surface
of the pipes.

Carbon fibers are known to be lighter, iffer (at least 3 times), more brittle, and
stronger than E-glass, but they are about 10 times more expensive (Hull and Clyne, 1996).
According to the simulations carried out so far both kinds of fibers can be used for the repair
of pipes. If the final cost in one of the design priorities the best choice is an E-glass fiber.
But, if the repaired pipe needs to be as light as possible, then the choice must change to the
carbon fibers instead.

Due to the discontinuity of thickness and stiffness close to the damaged area, the state
of stresses at the repair region is very complex, and the initial results obtained so far should
be confirmed by experimental data as well as by additional simulations using other finite
element codes, based on different formulations. In the present study, the shape functions for
u and v were linear, for 3 quadratic, and for w cubic. It is the intent of the authors to
compare the simulations carried out so far with those based on alternative interpolation
polynomials like a non Hermitian, for instance.
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Nota-se que os dados experimentais referentes a este nivel de tensdo, tanto para os CPs sem
solda quanto para os com solda, se “misturam”, com disperséo elevada. No entanto para os
nivels de tensdo mais altos (0,70.S, € 0,80.S,) vé-se que 0s pontos apresentam-se “ separados’,
sendo que os resultados com solda tém vida N menor gque os resultados sem solda.

Nafigura 7.b tém-se os resultados para os 33 espécimes do SAE 1030 testados, através de
um gréfico S-N. Os espécimes usados para levantar a resisténcia a fadiga sem micro-pontos
de solda estéo representados por circulos azuis. Ja os resultados para 0s espécimes com micro-
pontos de solda est&o representados por losangos vermel hos.

Tém-se no gréfico S-N que as duas retas que melhor ajustam estes dois grupos de dados
estdo bem préximas. Nota-se que os resultados experimentais para os trés niveis de tensdo
utilizados (0,60.S,, 0,65.S, € 0,70.S,) apresentam-se “misturados’ e bastante dispersos.

4 - CONCLUSOES

Este trabal ho teve como objetivo avaliar e determinar a influéncia da soldagem de micro-
pontos, por descarga capacitiva, na resisténcia a fadiga de corpos de prova, acos de baixo teor
de carbono. A partir dos resultados obtidos com espécimes ensaiados sob flex&@o rotativa,
pbde-se concluir que os micro-pontos de solda ndo influenciaram de maneira significativa na
iniciacdo de trincas de fadiga nos materiais estudados.

5- REFERENCIASBIBLIOGRAFICAS

ASTM / E 468-90 - "Standard Practice for Presentation of Constant Amplitude Fatigue
Test for Metalic Materials', 1990.

ASTM / E 739-91 - "Standard Practice for Statistical Analysis of Linear or Linearized
Stress-Life (S-N) and Strain-Life (s-N)", 1991.

FREIRE, J. L. F. , Aréas, C. A. C. , "Fatigue Strength of Spot Welded Strain Gage
Specimens’, Rio de Janeiro, 1995.

IMIG, L. A., "Effect of Strain-Gage Attachment by Spotwelding and Bonding on Fatigue
behavior of Ti-6Al-4V, René 41 and Inconel X", Nationa Aeronautics and Space
Administration - Technical Note, Nasa TN D-5973, 1970.

LIPSON, C. & SHETH, N. J. , "Statistica Design and Analysis of Enginnering
Experiments’, Mac-Graw-Hill Book Company, 1973.

MACHADO, R. R., Influéncia de Micro-Pontos de Solda na Resisténcia a Fadiga de
Acos de Baixo Carbono, Dissertacéo de Mestrado, PUC-RJ, 1997;

METALS HANDBOOK - "Properties and Selection: Irons and Steels", vol. 1, 9" edition,
ASM International, 1978.

6 - AGRADECIMENTOS

Agradecemos o apoio e colaboracdo dos funciondrios da Oficina do
Departamento de Engenharia Mecanica da UnB, em especial aos técnicos Arthur Alves
Rocha e Edson Luca de Almeida.



» parao ago SAE 1020 a hipétese das vidas médias serem iguais € aceita para os niveis
de tensdo de 0,80 S, € 0,70 Sy, tamostra > teritico- ENtretanto, para o nivel de tensdo de
0,80 S, a hipdtese das vidas serem diferentes € aceita, 0 que indicaria a existéncia da
influéncia do processo de soldagem.

e para 0 SAE 1030 a comparagdo dos resultados indica que, para os trés niveis de
tensdo, a hipotese das médias serem iguais é admitida, indicando que ndo h&
influéncia do micro-ponto de solda na resisténcia afadiga do material.

3.3- Andliseda Curva SN

Na figura 7 sdo apresentadas as curvas SN para os agos SAE 1020 e 1030, com e sem
micro-pontos de solda.
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Figura7 - Curva S-N paramateriais ensaiados - () SAE 1020 (b) SAE 1030

Considerando que a curva S-N pode ser descrita por uma lei de poténcias do tipo, os
pardmetros a e b poder&o ser obtidos através da linearizag&o de tal funco.

S=A.N° D
Assim, linearizando (1) resultaré na equacdo linear (2).
Log(S) = Log(A) + b.Log(N) 2

onde : Log(S) € logaritmo da tensdo aplicada, Log(A) € a constante da reta, Log(N) € o
logaritmo do numero de ciclos até a ruptura, e b € a inclinagdo da reta, ou expoente da
equagdo (1).

Desta forma, a aplicacdo da técnica de minimo quadrados aos resultados experimentais
permitird a determinac&o das curvas de tendéncia e das curvas de dispersdo. Tais curvas sdo
apresentadas nafigura 7.

A figura 7.a mostra os resultados encontrados para os 30 espécimes do SAE 1020 através
de um gréfico do tipo S-N. Dois conjuntos de dados sdo realcados. Os espécimes usados para
levantar aresisténcia a fadiga com o nimero de ciclos para 0s espécimes sem micro-pontos de
solda est&o representados por circulos. Os resultados para 0s espécimes com micro-pontos de
solda estéo apresentados por losangos. Pode-se notar através do gréfico que as duas retas que
melhor gjustam estes dois grupos de dados concorrem, para o nivel de tensdo menor (0,60.S,).
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Figura 6 - Corpo de prova de SAE 1030 com falha naregido do "ombro"

Os ensaios de fadiga para os dois agos foram realizados em trés niveis de carregamento,
tanto para os espécimes com micro-ponto de solda quanto para os sem. Os resultados foram
examinados fazendo-se uma andlise qualitativa dos corpos de prova do SAE 1030, e analises
utilizando teste t e comparagdes das curvas SN, para CPs com e sem pontos de solda,
plotadas a partir dos resultados obtidos.

3.1 - Andlise Qualitativa das Falhas nos Cor pos de Prova SAE 1030

A andlise qualitativa dos espécimes do SAE 1030 foi feita classificando-se 0s mesmos
através da comparacdo dos resultados de falha que ocorreram na regido proxima ao ponto de
solda com agqueles que, mesmo estando com um micro-ponto de solda em um "ombro", falhou
no "ombro" o qual estava sem o ponto de solda. Por esta andlise, pdde-se observar que a
introducdo do micro-ponto de solda em um "ombro" do corpo de prova influenciou na
localizacéo da falha, sendo que, dos 21 CPs ensaiados com micro-ponto de solda em um dos
"ombros’, apenas 5 falharam naguele que ndo havia o ponto de solda, ou sgja, 76% dos CPs
ensaiados "com solda’ romperam na solda. No entanto, esta influéncia ndo foi significativa,
como comprovado pel os resultados do teste t, e analisando-se a curva S-N.

3.2 - Andlise Estatistica dos Resultados

Uma forma bastante eficiente de avaliar a influéncia da presenca dos micro-pontos de
solda sobre a resisténcia a fadiga dos materiais pode ser realizada utilizando-se testes de
hipoteses para verificar se as vidas médias dos corpos de prova soldados e ndo soldados é a
mesma. Neste trabalho utilizou-se o teste t com duas amostras presumindo variancias
diferentes [Lipson e Sheth, 1973]. Através dos resultados obtidos destes testes, considerando
0s 6 niveis de tensdo utilizados, foram obtidos os resultados apresentados na tabela 4.

Tabela 4 - Resumo dos resultados obtidos através do teste de média

Material erglnel Sédoe (|1\:|) g((j:\laj) De(sl\_/loc;gf:)cl)rao S lrozzruge(\jdee tamostra teritico
S/ Solda | C/ Solda | S/ Solda | C/ Solda

080S,| 483 | 469 | 0,073 | 0,081 6 2,71 1,94

SAE1020 | 0,70S, | 513 | 489 | 0,132 | 0,097 5 2,98 2,01
060S,| 558 | 548 | 0,342 | 0,393 10 0,489 1,81

0,708, | 497 | 479 | 0,148 | 0,216 5 1,36 2,01

SAE1030 | 065S, | 508 | 501 | 0,797 | 0,114 5 1,00 2,01
060S,| 588 | 581 | 0,330 | 0,269 12 0,422 2,01

Considerando os resultados apresentados natabela 4, verifica-se :



2°) Preparar o aparelho para soldagem capacitiva por pontos de acordo com a seguinte
sequéncia
a) Ligar o aparelho;
b) Selecionar aenergiaaser utilizada;
) Selecionar o tempo de descarregamento da carga pela maquing;

3% Posicionar o corpo de prova entre as pontas soldadoras da méquina e pressionar o
pedal com o pé para que haja contato entre o CP e as pontas,

4°) Aplicar a descarga sobre o corpo de prova.

Devido ao fato da méaquina de soldagem disponivel destinar-se a soldas de chapas, a
guantidade de energia e o tempo selecionados no processo de soldagem foramde30Je 0,1 s,
resultando numa descarga de 300 W, ou sgja, um valor muito superior ao necessario para a
soldagem dos extensometros. Na figura 4 sdo apresentadas micrografias dos corpos de prova
fabricados de agco SAE 1030 com e sem o ponto de solda.

L A e h..ll. :‘:;"
(b)

Figura 4 - Micrografia dos corpos de prova fabricados em SAE 1030 - 300 x (Ataque nital
3%) (@) material virgem (b) material soldado

3-RESULTADOSE DISCUSSOES

Nos ensaios para 0 SAE 1020 congtatou-se que as secdes onde as trincas se iniciaram e
propagaram até a fratura, localizaram-se na extremidade da se¢d0 menor dos corpos de prova,
conformeilustrado nafigura 5. Isto ocorreu para os 30 CPs ensaiados, com e sem pontos de solda.

Figura 5. Corpo de prova de SAE 1020 com falha na extremidade da se¢c&o menor.

Para os ensaios com 0 SAE 1030 constatou-se que, em todos os 33 espécimes testados, as
trincas se iniciaram e propagaram até a fratura na regido dos “ombros’ dos CPs, conforme
ilustrado nafigura 6. Dos 21 espécimes ensaiados com micro-pontos de solda 5 ndo tiveram a
iniciagdo datrinca no “ombro” onde estava a solda, ou sgja, falharam no "ombro" sem ponto
de solda



apresentados nasfiguras 1 e 2.
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Figura 1 - Croqui dos corpos de prova utilizados para ensaios do SAE 1030 - Dimensdes mm

Figura 2 - Croqui dos corpos de prova utilizados para ensaios do SAE 1020 - Dimensdes mm

Os ensaios foram realizados sob condigdes idénticas de carregamento em CPs sem e com
micro-pontos de solda aplicados em uma das regifes de mudanca de se¢do dos CPs, conforme

ilustrado nafigura 3.

Figura 3 - Corpo de prova com micro-ponto de solda no raio de variagdo da secéo.

Para o levantamento da curva S-N procurou-se iniciamente utilizar trés diferentes niveis
de tensdo : 0,80.S,, 0,70.S, e 0,60.S, [Lipson e Shets, 1973]. Entretanto, para 0s ensaios
realizados na méaquina de fadiga "UBM", ago 1030, por ndo se conseguir impor velocidade
em niveis de tensdo maiores que 0,70.S,, para o especifico material, foram utilizados os
seguintes niveis de tensdo : 0,60.S,, 0,65.S, € 0,70.S,.

Conforme recomenda a norma ASTM E - 739/91 [1991], o nimero minimo necessario de
espécimes para se montar uma curva padréo S-N depende do tipo de ensaio que sera redlizado.
Neste estudo trabalhou-se no intervalo de 12 a 24 CPs para cada material, que segundo a
Norma, corresponde ao tipo de teste para se obter "dados admissiveis para projeto” ou "dados
para andise de confiabilidade'. O nimero tota minimo de CPs tornase, entdo, 12 x 1
(material) x 1 (tipo de ensaio) x 2 (tipos de CPs) = 24. Assim, foram ensaiados sob flexdo
rotativa 27 CPs com superficies como usinadas, sem micro-pontos de solda. Destes, 15 CPs
foram do material SAE 1020 e 12 CPs do material SAE 1030. Para 0os ensaios com micro-
pontos de solda foram utilizados 36 CPs, sendo 15 CPs do SAE 1020 e 21 CPsdo SAE 1030. O
gue totaliza 63 corpos de prova distintos.

2.1 - Introdugéo dos micro-pontos de solda no CP

A introducdo de micro-pontos de solda nos CPs padronizados ssimulando a uni&o dos
extensdmetros soldaveis seguiu-se 0 seguinte procedimento:
1°) Limpar a superficie do espécime;



guebravam naregido da solda, mas naregido de mudanca de se¢éo.

A metodologia adotada nesse trabaho permite alcancar uma resposta qualitativa répida
com relagdo a0 efeito dos micro-pontos de soldagem. Isto serd possivel porque serdo
introduzidos micro-pontos de solda em uma das regides de mudanca de segdo dos espécimes.
Assim, se a fratura do CP inicia em um micro-ponto de solda, pode-se dizer que a resisténcia
desta se¢do € menor que a das outras, e também, pode-se determinar suavida N afadiga. Se as
trincas iniciarem indiscriminadamente nos pontos de solda ou em outras segdes, pode-se dizer
gue ambas tém resisténcia equivaentes. Se por outro lado, as trincas iniciarem em segdes que
ndo contenham pontos de solda, pode-se afirmar que seu efeito €irrelevante para aresisténciaa
fadiga do materia. Deve-se notar que a metodologia usada procura dar uma resposta
fenomenoldgica, onde o efeito do ponto de solda é medido pela perturbacdo que ele causa na
resisténcia afadiga. Esta perturbagdo é resultante dos efeitos mencionados anteriormente, isto €,
da combinacéo de uma redistribuicéo de tensdes no micro-ponto (concentracdo de tensdes) com
mudancas nas caracteristicas da resposta a fadiga do ago carbono. Em fadiga, este efeito €
normamente traduzido pelo fator de concentrac@o de tensdo efetivo para a fadiga, cujo simbolo
é K:. O fator K¢ é definido pela razéo entre aresisténcia a fadiga, para vidas idénticas, entre os
espécimes sem e com concentracdo de tensdes, e ja leva em consideracdo a sensibilidade do
materia apresenca de um entalhe.

2-MATERIAISE METODOS

Neste capitulo seréo apresentados os materiais utilizados durante o desenvolvimento deste
trabal ho, os procedimentos seguidos para suas caracterizagdes e o tipo de ensaio realizado.

Os materiais utilizados durante este trabalho foram os agos SAE 1030 e SAE 1020, sendo
que o primeiro foi escolhido por ter propriedades mecanicas andlogas ao agco ASTM A-36,
gue é utilizado em elementos estruturais, tais como, navios, plataformas maritimas de
exploracdo de petréleo. As propriedades mecénicas e quimicas desses agos sdo apresentadas,
respectivamente nastabela2 e 3

Tabela 2 - Valores normalizados e obtidos em ensai os de trac&o das propriedades mecanicas

dos acos SAE 1030 e SAE 1020.
: T ~ Limite de Escoamento S Dureza Brinell

Material Resisténciaa Tragdo S, (MPa) (MPa) HB
SAE 1030

(normalizado) 551,6 344,7 179

SAE .1030 465,1 430,7 164
(ensaiado)

SAE 1020 448,2 330,9 143

(normalizado)

Tabela 3 - Vaores normalizados da andlise quimica dos acos SAE 1030 e SAE 1020 [Metals
Handbook, 1978]

Componentes C (%) Mn (%) P (%) S (%)
SAE 1030 0,27-0,34 0,60- 0,90 0,04 méx. 0,05 méx.
SAE 1020 0,17-0,23 0,30- 0,60 0,04 méx. 0,05 méx.

Os ensaios de fadiga sob flexdo rotativa foram realizados em uma maguina "UBM" VEB
Werkstoffprufmaschginen Leipzig, utilizando o SAE 1030, e uma méquina "BUDD" Modelo
RFB-200, utilizando o SAE 1020. Os corpos de prova utilizados nestes ensaios séo



alteracdes na regido soldada, como por exemplo : aparecimento de macro tensdes, mudancas
nas suas propriedades mecéanicas, e introdugdo de um concentrador de tensdes.

A partir do exposto acima, pode-se gerar um questionamento sobre a possibilidade de
trincas de fadiga serem iniciadas nos micro-pontos de soldas quando os extensdmetros soldaveis
forem montados, por tempos longos, em componentes que trabalham com tensdes variaveis.

A resposta a este questionamento tem sido procurada através da medicéo e comparagéo
direta entre as resisténcias a fadiga de corpos de prova padrdes e de corpos de prova que
contém micro-pontos de solda[Imig, 1970, Freire e Aréas, 1995].

Imig [1970] utilizou-se de placas finas de aco inoxidavel, soldadas a corpos de prova de
tragdo-tracdo para verificar a influéncia dos micro-pontos de solda na resisténcia a fadiga dos
corpos de prova (CPs) fabricados nos materiais : Ti-6Al-4V, René 41, Inconel X. Os testes
foram feitos a temperatura ambiente e a ata temperatura (800°). Como resultados destas
andlises verificou-se :

* A liga Ti-6Al-4V teve sua resisténcia a fadiga reduzida pelo ponto de solda para

menos de 1/8 do valor sem o ponto,

* A liga de René 41 teve sua resisténcia a fadiga reduzida para menos de 2/3 do valor

sem o ponto, e

» AligadelIncone X teve suaresisténcia a fadiga reduzida para menos de 1/3 do valor

sem o ponto.

Em Freire e Aréas [1995], corpos de prova de flex&o plana com geometria especial foram
testados sob vérias condigdes. Os resultados destes ensaios, embora ndo conclusivos, por
serem realizados com um numero pequeno de CPs, mostraram que 0s micro-pontos de solda
ndo influenciaram de maneira significativa a vida a fadiga dos espécimes testados. Resultados
ilustrativos destes ensaios s&0 mostrados na tabela 1.

Tabela 1 - Resultados do ensaio afadiga em flex&o plana (ago BSA4360).

Condicao VidaN (ciclos) Média | Coef. de Variacdo
Sem solda 19987 | 29975 | 39708 | 23680 | 32780 | 33718 27%
Soldagem "seca" 13191 | 35277 | 65812 | 15073 | 35187 | 47122 63%
Soldagem "molhada" | 20150 | 30832 | 48180 | 23466 | 24097 | 38265 39%

Estes ensaios apresentaram dois problemas na sua metodologia. O primeiro € que apenas
uma secao do corpo de prova era critica. Assim, apenas a diferenca entre as vidas dos corpos
de prova que continham ou ndo continham micro-pontos de solda serviram como fatores de
comparacéo entre as suas resisténcias. Para atingir-se resultados conclusivos, um ndmero
razoavel de espécimes, maior que o utilizado, seria necessario para se alcancar um resultado
estati sticamente consistente. O segundo problema estava no controle do ensaio, que era feito
através de extensdbmetros de resisténcia elétrica instalados na secdo critica. Isto fez com que
trincas iniciadas nas secOes criticas (ou nos proprios ERES) acarretassem desvios de zero
significativos em tragdo dos EREs e impedissem a continuagdo dos ensaios.

Machado [1997], procurando solucionar os problemas acima descritos estudou o efeito
dos micro pontos de solda, empregando espécimes que possuissem grandes superficies ou
volumes submetidos as mesmas tensdes. Nesse estudo foram utilizados espécimes do tipo
flex&o rotativa, ensaiados sob controle de carga. A regido escolhida por Machado [1997] para
introduzir os micro-pontos de solda nos espécimes localizou-se na metade do comprimento
dos mesmos, ou segja, bem distante da regido de mudanca de se¢&o dos mesmos.

Através de ensaios de flex&o rotativa foram estimadas as curvas S-N de corpos de prova
com e sem micro-pontos de solda. Os resultados destes ensaios, embora também nao
conclusivos, mostraram que 0s micro-pontos de solda ndo influenciaram de maneira
significativa a vida a fadiga dos espécimes testados, pois invariavelmente 0s espécimes nao
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Resumo

Extensdmetros soldaveis de resisténcia elétrica (ESs) sdo transdutores de deformacdo muito
utilizados em andlises de tensdes de elementos estruturais. Os ESs séo instalados nos
componentes estruturais metalicos a partir de micro-pontos de soldas, gerados por
equipamentos de soldagem capacitiva. A inclusdo destes micro-pontos pode causar alteracoes
na regido soldada, como por exemplo : aparecimento de macro tensdes, mudancas nas suas
propriedades mecanicas, e introducéo de um concentrador de tensdes. Este trabal ho teve como
objetivo avaliar e determinar a influéncia da soldagem de micro-pontos, por descarga
capacitiva, naresisténcia a fadiga de corpos de prova confeccionados com agos de baixo teor
de carbono. Neste sentido foram ensaiados um total de 63 corpos de prova fabricados em ago
SAE 1020 e 1030, com e sem solda. Andlises qualitativas e quantitativas foram realizados
para avaliar o comportamento da vida de fadiga destes corpos de prova. A partir dos
resultados obtidos com espécimes ensaiados sob flexdo rotativa, pode-se concluir que
os micro-pontos de solda ndo influenciaram de maneira significativa na iniciacao de
trincas de fadiga nos materiais estudados.

Palavras-Chave : Fadiga, Comportamento de Material, Soldagem Capacitiva

1- INTRODUCAO

Os extensdmetros soldaveis (ESs) tém sido usados por um longo tempo. Eles representam
uma boa op¢do na selecdo de meios para medicdo de deformagdes pelas facilidades que
oferecem na sua instalag8o, protecéo e uso, quando sdo necessarias aplicacdes em estruturas
em operacdo no campo, tais como pontes metdlicas, navios, e plataformas maritimas de
perfuracdo e exploracdo de petréleo. Os ESs sdo instalados nos componentes estruturais
metalicos a partir de micro-pontos de soldas, gerados por instrumentos soldadores que
trabalham através de descargas capacitivas. A inclusdo destes micro-pontos pode causar
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Resumo

Ao estudar choque entre corpos rigidos nos deparamos com diversos modelos na literatura.
Esses modelos fazem hipoteses simplificadoras que podem violar leis fisicas ou mesmo nao
violando essas leis, os modelos podem prever dinamicas diferentes. O objetivo desse
trabalho é o de discutir as previsoes de alguns desses modelos e compara-las, usando
simulagoes e animacoes. Os modelos propostos por Newton, Kane-Levinson e Glocker-
Pfeiffer adotam uma aproximacao para o problema que consiste em formular as leis de
comportamento a partir de velocidades e impulsos. O modelo proposto por Han-Gilmore
usa o método sequencial; isto é, o problema ¢é tratado como se fosse uma sucessao de
choques. Os valores iniciais para uma etapa sao os valores finais da etapa precedente.
Frémond propoe um modelo que considera o sistema formado pelos dois corpos em colisao
como deformavel e usa a Mecanica dos Meios Continuos para caracterizar as colisoes.
Discutiremos a aplicacao desses modelos em dois problemas: colisoes unidimensionais
entre trés moedas e colisoes no plano de uma barra rigida contra uma barreira fixa.

Palavras-chave: Choque, Dinamica, Simulacgao.
1. INTRODUCAO

Podemos dizer que a dinamica de um corpo ou de um sistema com mais de uma
particula pode ser modelada propriamente se colisoes sao levadas em consideracao. Nos
trabalhos de Galileu e Descartes aparecem referéncias a choques (ou colisoes), mas o
primeiro modelo de colisoes entre particulas parece ser devido a John wallis e Christopher
Wren em 1668. Alguns pesquisadores como Newton, Huygens, Coriolis, Darboux, Routh,
Apple, Carnot e Poisson discutiram o problema. No comeco do século o problema gerou
algumas discussoes, como podemos ver nos trabalhos de Painlevé (1905) e Klein (1910).
Porém, até 1984, todos os trabalhos usavam a teoria desenvolvida por Newton ou Poisson
e a dificuldade estava em incluir atrito na modelagem, que foi apontado por Painlevé no
seu artigo Sur les lois de frottement de glissement.

Em 1984, Kane publicou um trabalho, num jornal de circulacao limitada, onde ele
apontou um paradoxo: a aplicacao de teoria de Newton, universalmente aceita, num
problema de colisoes de um péndulo duplo, conduziu a geracao de energia nas colisoes. O
qué estava errado ?



Em 1986, Keller apresentou uma solucao para o problema, mas esta solugao nao era
facil de generalizar. Este trabalho foi publicado num jornal de grande circulagao e atraiu
muito interesse. Nesses treze anos o interesse tem aumentado e ha alguns livros totalmente
dedicados ao tépico.

O problema a ser discutido quando tratamos da colisao entre corpos rigidos é: conheci-
da a dinamica pré-colisao e as propriedades do corpo e da superficie de colisao queremos
conhecer a dinamica pos-colisao. Para isso varios modelos foram criados. Recentemente,
um modelo que engloba alguns dos principais modelos da literatura e a discussao de uma
proposta de sistematizacao da resolucao de problemas envolvendo colisoes foram tratados
em (Cataldo, 1999).

Neste trabalho apresentaremos o problema de geracao de energia (tal como observado
por Kane) usando o problema de uma barra rigida em colisdo com uma barreira fixa.
Usaremos o coeficiente de restituicao na diregao normal dado por Newton e para a direcao
tangencial usaremos a lei de Coulomb modificada. Depois, usaremos o coeficiente de
restituicao de Poisson e nao verificaremos mais o acréscimo de energia. Discutiremos,
entao, um caso de colisoes multiplas: colisoes unidimensionais entre trés moedas. Neste
caso nao consideraremos atrito e usaremos modelos diferentes para descrever o problema.
Verificaremos que apesar de nao violar leis fisicas, cada modelo propoe uma dinamica
diferente.

2. EQUACOES UTILIZADAS

Consideremos a posicao do sistema, formado pelos corpos que irao colidir, por q =

(1,925 -, qn)". A dinamica do sistema é dada pelas equagoes de Lagrange :
d (0T orT
— - =i+ 1
di (aq'z) o @it (1)

sendo ); a contribuicao das forcas externas generalizadas, r; a forca generalizada
devido a reagao no contato e 1" a energia cinética do sistema.

Consideremos o contato entre dois corpos, digamos C7 e C5 e R a forca de reacao de
C sobre Cy. Escrevemos R = (Ry , Rr)'. Temos n parametros de posi¢ao desconhecidos
e duas reacoes no contato Ry e Ry também desconhecidas. Considerando r o vetor cujas
componentes sao dadas por r; com i = 1,...,n, r e R estdo relacionadas por r = [W]R,
sendo [W] uma matriz n x 2. Integramos a Eq. 1 no intervalo (¢ — ¢,t + €), sendo ¢ o
instante da colisao e consideramos ¢ — 0. Ao invés da forga de reagao R usaremos o
impulso causado por essa forca e dado por

t+e
I=lim RdT:<IN>. (2)
€—0 Jt—¢ [T

Considerando o indice A representando o momento pré-colisao e F o indice represen-
, .~ 1. .t N ~
tando o momento pés-colisao e usando 1" = 5¢[M]q" chegamos a equagao

[M](de — da) = [W]I (3)

Assim, nosso problema é encontrar qg e I sendo dados [M], [W] e qa. Para isso,
usamos uma estratégia que consiste em definir um processo chamado de Processo Virtual.
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Figura 1: Esquema do processo virtual.

Esse processo nao tem relagao com o tempo pois modelamos a colisao como instantanea.
Mostramos um esquema do processo virtual na Fig. 1.

Observamos que temos n equagoes, dadas pelas equacoes de Lagrange, mas queremos
encontrar n + 2 incognitas. Assim, precisamos, a principio, de duas equacbes a mais.
Essas equacoes serao dadas pelas leis de restituicao. A uniao das n equacoes dadas com
as 2 obtidas pelas leis de restituicao formam o que chamamos de um modelo de colisao.
Varios modelos de colisao tem sido criados desde a época de Newton até os dias de hoje.
Cada modelo tem vantagens e desvantagens que tém sido discutidas em (Cataldo, E. &
Sampaio, R., 1998).

Ao invés de usar o vetor de coordenadas generalizadas q podemos usar o vetor D que
representa a distancia entre os pontos de contato (P; e P») dos corpos (C; e Cy) que irao
colidir como mostra esquematicamente a Fig. 2.
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Figura 2: Colisao de dois corpos.
Podemos escrever

Dg — Da = [W]T[M] WL =1=[M](Dg— Dy) (4)

sendo [Mp] chamada de matriz de massa local.
3. FASE DE COMPRESSAO E FASE DE EXPANSAO

A colisao entre dois corpos é modelada como um processo instantaneo. As velocidades
sao descontinuas e as posicoes sao continuas. Para descrever alguns dos modelos de colisao
pensamos, formalmente, que a mudanca de velocidade do momento pré-colisao para o pds-
colisao é realizado em duas fases: a fase de compressao e a fase de expansao. O processo
virtual serda composto por essas duas fases e estd mostrado esquematicamente na Fig. 3.

Usando o indice A para representar o momento pré-colisao, o indice C' para represen-
tar o fim da fase de compressao e o indice E para representar o fim da fase de expansao
podemos escrever as equagoes

[M](dc — da) = Wl e [M](de — qc) = [WIg. (5)
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Figura 3: Fase de compressao e fase de expansao.

Considerando a velocidade relativa entre os pontos de contato, D, escrevemos

Dc—Da = [W)'(dc —da) e Dg—Dc = [W] (s — dc). (6)
4. MODELOS DE COLISAO
4.1 Modelos usados no caso da colisao de uma barra

Como dissemos, um modelo de colisao é formado pelas equacoes da dinamica dadas
pelas equacoes de Lagrange e equacgoes a mais dadas pelas leis de restituicao. Nesse tra-
balho queremos comparar alguns desses modelos. Comegaremos discutindo dois modelos
que chamamos de modelo de Kane-Levinson e modelo de Glocker-Pfeiffer (sem considerar
as porgoes reversiveis do impulso tangencial). Aplicaremos esses dois modelos ao caso de
uma barra rigida colidindo com uma superficie fixa como ilustra a Fig. 4.
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Figura 4: Barra rigida em colisao com barreira fixa.

Uma discussao mais ampla deste problema, usando outros modelos pode ser encon-
trada em (Cataldo & Sampaio, 1998, 1999).

O modelo de Kane-Levinson usa as equacoes da dinamica considerando apenas os
momentos pré e pos-colisao; isto é, nao considera a fase de compressao. A lei de restituicao
usada na direcao normal é a lei proposta por Newton definindo um coeficiente chamado
de coeficiente de restituicao de Newton e dado por

NE
Cn = —— (7)
Dya

relacionando a velocidade relativa normal no momento pds-colisao Dyg com a ve-
locidade relativa normal no momento pré-colisao Dy 4.
Na diregao tangencial é usada a lei de Coulomb modificada dada por
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Ip=ply = Dy <0 (8)
[T:_/L[N:>DTZO

In e Iy sao as componentes normal e tangencial do impulso e Dy é a velocidade
tangencial relativa.

O modelo de Glocker-Pfeiffer usa as equacoes da dinamica considerando as fases de
compressao e de expansao. A lei de resituicao na direcao normal é a proposta por Poisson
definindo o coeficiente de restituicao de Poisson dado por

Ing
Enp = —— (9)
Inc
relacionando os impulsos normais no fim da fase de expansao (Iyg) e no fim da fase
de compressao (Iy¢). Na direcao tangencial é usada também a lei de Coulomb modificada
em cada uma das duas fases: compressao e expansao.

4.2 Simulagoes

Para comparar os modelos apresentados faremos simulacoes considerando o caso da
barra. Consideremos os seguintes valores dos parametros e as seguintes condicoes iniciais:
. . x
€n=6np:0~97$0:0,$0:2790:1790:079:zaHOZOGM:L
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Figura 5: Barra rigida em colisao com barreira fixa. (a) e (b) Kane-Levinson; (c) e (d)
Glocker-Pfeiffer.

Podemos observar que ao usarmos o modelo de Kane-Levinson obtivemos acréscimo
de energia. Esse caso ilustra a situagao de colisao em um tinico ponto e mostramos, assim,
como um modelo pode falhar. No caso, contrariando uma lei fisica.

Porém, ha casos em que consideramos modelos diferentes e mesmo nao contrariando
leis fisicas podem apresentar previsoes diferentes. Além disso, quando nao ha atrito, os
coeficientes de restituicao de Newton e de Poisson sao equivalentes, quando tratamos de
um tnico ponto de colisao (Cataldo, 1999). Quando tratamos de colisdes miultiplas isso
nao é verdade. Discutiremos esses resultados considerando o caso da colisao entre trés
moedas, tratado na secao a seguir.



4.3 Modelos de colisao usados no caso de colisao entre trés moedas

Consideremos a colisao entre trés moedas como ilustra a Fig. 6.

Figura 6: Colisao de moedas.

No momento da colisao dois contatos estao ativos: havera colisao entre as moedas
1 e 2 no ponto a e as moedas 2 e 3 estao em contato no ponto 5. As velocidades
normais relativas iniciais sao: DN Al@) <0e D ~va) = 0 e o movimento é unidimensional.
Nao consideramos atrito e a colisao é frontal. Consideremos x1, o e x3 as posicoes das
moedas 1, 2 e 3 respectivamente. As moedas 2 e 3 tém a mesma velocidade: 94 = Z34.
Os coeficientes de restituicao associados a esses contatos sao e, e eg. Consideraremos a
mesma notacao para os modelos de Newton, Glocker-Pfeiffer e Han-Gilmore.

As velocidades relativas nos pontos de contato tém por expressao: DN(a) =T — I
(§ DN(ﬁ) = i’? — [tg.

Apresentaremos as equacoes de cada um dos trés modelos e depois mostraremos uma
tabela com os resultados. Uma discussao mais ampla deste problema pode ser encontrada
em (Cataldo, 1999).

Usando o modelo de Newton temos

m(x'w - I.lA) = I, ' '

. ) D o) — _eaD o
m(iop — doa) = —Io + 15 e { DNE( ) _ DNA( ) 0 (10)
iy — ) = —1s NE(B) sDna) = 0.

Usando o modelo de Glocker-Pfeiffer temos, na fase de compressao

m(&ic — &14) = Inc(a) Dty =0
m(Zoc — T24) = —Incia) + Inc) € { b v 0 (11)
m(&sc — 34) = —Inc(g)- NC®)
E na fase de expansao temos
m(&1p — #10) = INB()
. . I a) — ea[ «a
m(ﬂ?QE — 3.520) = —INE(a) + INE@B) © { Ixiiﬁi _ 651'1]\\]]2((5)) (12)
m(ﬂfsE - $30) = _[NE(,B)

O modelo de Han e Gilmore trata o problema como uma sucessao de colisoes.

Introduzimos coeficientes para indicar as solugoes de cada etapa. O expoente 1 cor-
responde as velocidades da primeira colisao, o expoente 2 da segunda colisao e assim
sucessivamente. Por exemplo, i1, é a velocidade da primeira moeda antes da primeira
colisdo, #325 é a velocidade da terceira moeda apds a segunda colisdo.



Para a colisao no ponto a as equacoes do movimento sao

(s — iby) = -1} (13
m(%E - 333A) =0

A lei de colisdo no ponto o usada é Dy o) = —€aD}4(0)-
As velocidades generalizadas e relativas obtidas sao dadas por

e e R e Dl = Dl
T3p = T3y NE(B) 2\ NA(a)

Como D}VA(Q) <0= D}VE(Q) > 0. Logo, D}VE(ﬁ) = L(ea + 1)Dyag) < 0. Esse
resultado é incompativel. Assim, houve colisao no ponto f.
As equagoes para a colisao em [ sao dadas por

m(itg — d14) =0

mlidp — %) =13 (15
m(i3p — a34) = — 13

As velocidades generalizadas e relativas obtidas em (3 sao dadas por

.2 2 _
Tigp = Ti4 . e (eg+1) D ai

. . . D2y = Dyaga + Lt0xa0)

x%E = %(1 - 6»3>ng + %(1 + 65>ZE§A e { DIQVE( ) B NAl()) 2 (16)
#3p = 5(1+ep)id, + 5(1 — ep)ify NE@p) = TesPNAE)

Se DIQVE(Q) < 0 entao se produz um novo contato. E assim sucessivamente.
Para o modelo de Frémond (Frémond, 1995) as equagoes do movimento sao dadas
por

m(i1p — ¥14) = o + 13
m(&op — T24) = —I12 + Io3 (17)
m(fth — ZtgA) == _]23 - ]13

sendo [;;, 1 <14 < j < 3, o impulso causado pela moeda ¢ sobre a moeda j. Quando
I3 = 0 chegamos nas equacoes obtidas classicamente com os impulsos agindo localmente
nos pontos de contato. Escolheremos a lei de comportamento no caso mais simples: linear.
Temos,

Iy = kio(Gop — dp + Toa — 1a) + 1759¢ | 1759 € QI (Zop — T15)
Loz = koz(d3p — @op + @34 — @oa) + 1357 | I3%9¢ € Ol (i3p — dap) (18)
Iis = k13(tsg — &1 + T34 — T14)

sendo A1} a sub-diferencial da indicatriz de R.
Como a agao entre 1 e 3 ¢ a distancia, temos I75% = 0.



4.4 Comparagao dos resultados
Consideremos o caso particular em que 294 = 0, 234 = 0, m; = my = m3 = m e

os coeficientes e,, eg, ki2, ki3 € koz sao iguais a 1. Mostramos na Tab. 1 os resultados
obtidos.

Tabela 1: Comparacao dos valores para a colisao das moedas.

Modelo Velocidades Finais
T1E Top T3E
Han-Gilmore 0 0 T1a
Newton e Glocker-Pfeiffer —%:'L’M %a’cm %a’cm
Frémond 0 05214 05214

Podemos observar diferentes valores para as velocidades no momento pds-colisao,
quando usamos diferentes modelos.

No primeiro caso (Han-Gilmore) duas moedas ficam paradas enquanto a terceira parte
com a velocidade igual a velocidade da primeira moeda antes da colisao. No segundo
caso (Newton e Glocker-Pfeiffer), a primeira moeda desloca-se no sentido contrério ao
imediatamente antes da colisao, a segunda e a terceira moedas partem juntas com a
mesma velocidade. No terceiro caso (Frémond) a primeira moeda fica parada e a segunda
e a terceira moedas partem com a mesma velocidade.

5. CONCLUSOES

Ao considerarmos o choque entre corpos rigidos podemos verificar que alguns dos
modelos usados podem falhar. Discutimos esse caso ao tratarmos do choque de uma
barra rigida contra uma barreira fixa usando os modelos de Kane-Levinson e de Glocker-
Pfeiffer. Observamos que mesmo quando nao contrariam leis fisicas os modelos podem
prever dinamicas diferentes. Constatamos este fato usando alguns modelos no caso da
colisao unidimensional entre trés moedas.
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Abstract

In this paper we would like to address the computational issues on the numerical
implementation of a micro-mechanical model based on the unit cell approach. As most of the
engineering applications are related with the plain weave configuration, we decide to focus
our atention in this type of fiber arrangement. Once the unit cell is selected and all geometric
characteristics an algorithm was developed to create a three dimensional representation of the
unit cell. The numerical implementation of such algorithm was fulfilled by using the
AutoLisp language which allowed us to model the unit cell into a Computer Aided Design
tool, namely Autodesk Mechanical Desktop software. Then, the unit cell geometry is
transferred to ANSYS. The numerical simulations are performed considering the waviness
ratio variation from 0.165 to 0.5. The data are compared against Whitcomb and Naik's results
with good agreement. Finally, some computational issues of the CAD and FEM compatibility
are address and discussed.

Key words: Textile composites, Computer modeling, Micro-mechanics analysis.
1. INTRODUCTION

Nowadays, unidirectional fibers composites are used in the aerospace industry for
secondary structures, such as engine casings, flaps and rudders, where their high strength-
weight ratio reduces the overall weight and hence the operating costs of the aircraft. Textile
and 3-D woven composites have great potential applications in the aerospace industry,
through cost savings due ease of handling, reduced scrap rate, and decreasing of problems of
cracks, such as damage and delamination.

In order to increase the use of 3-D woven composite materials in the aerospace industry, it
Is needed to settle its physical properties. It is also important to know the composite behavior
under different applied loads of the wide range of structures available, and tailors the
composite to the structure requirements. Variables such as fiber type, dimensions and their
arrangement within the composite fabric need to be optimized for each different application.
The costs of preparing and analyzing the various possibilities of composite structures are
prohibitive. By using the new methodology proposed the number of tests need are
dramatically reduced. The designer can change the fiber components and/or matrix to search



for the best architecture of the composite for a specific application. Such task can be done
with a computational method without any cost and saving manpower and time. This new
computational method will be helpful for light airplanes industry, where the designer wants to
get smallest weight and reduced cost of material and fabrication.

This paper discusses a new methodology to calculate the mechanical proprieties of a plain
weave woven textile polymeric composite. It is applied the concept of tridimensional unit cell
(Whitcomb, 1991; Naik & Stembekar, 1992; Dasgupta et al., 1996) which represents the
smallest portion of the entire woven textile. The unit cell model is analyzed by applying the
finite element method to compute the effective elastic moduli. This approach differs from
classical ones (Ishikawa & Chou, 1982; Ishikawa & Chou, 1983; Cox & Flanagan, 1997) due
to the application of a numerical technique, which allows us to describe the stress and strain
distribution over the fibers and the matrix. Moreover, the effects of ondulation on the elastic
moduli and Poisson’s ratio can also be studied by applying the finite element formulation in
conjunction with the unit cell concept.

The computational aspects of finite element implementation and its pros and cons are also
addressed in this paper. As an engineering tool the new methodology can bring the followings
advantages:

- Flexibility to test various combinations of materials (fibers and matrix) to make a specific
composite material.
- Pre-determine the stress concentration factors on fibers, as a function of ondulation.

2. WEAVE CONFIGURATIONS

In any weave, the warp yarns run along the length of the textile and the weft yarns run
across the width. The three main types of single layer weave geometry are plain, satin and
twill weave and in each case the warp and weft yarns are oriented at 0 and 90°, respectively.

For plain weave, one warp aternatively crosses over and under consecutive weft yarn,
while the next warp yarn crosses under and over the wefts. This pattern is classified as 1/1 and
isillustrated in Fig.1-a.

For a satin weave textile, each warp yarn crosses at least tree weft yarns and interlaces
with fourth weft yarn, with a progression of interlacings of two to the left or right —a 3/1 4/1
or 7/1 weave. These geometries are also known as Crows Foot Satin, Five Harness and Eigth
Harness Satin and are shown in Fig.1-b,c,d.

The basket weave have two warp yarns interlaced with two weft yarns, it is classified as
2/2 and is illustrated in Fig.1-f. Twill weave is characterized by two or more warp yarns
crossed by a weft yarn, with a progression of interlacings of one weft yarn to the right or left
to form a distinctive diagonal line. Twill weave can be even-sided, i.e. the same amount of
warp and weft on each side of textile, or it may be warp- or weft-faced, with a predominance
of warp or weft yarns on the upper face. An even weave, with each warp crossing two wefts
and vice versa, is classified as a 2/2 twill and is show in Fig.1-e.

3. UNIT CELL GEOMETRY
In the Figure 1, the poligonal lines define the boundaries of unit cells. Aswe are interested

into plain weave composite materials we select the unit cell proposed by Naik & Stembekar
(1992), see Figure 2.
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Figure 1 — Unit Cells for principals types of 2D textiles

Figure 2 — The unit cell

In Figure 2 the following dimensions are defined: a, is the width of warp yarn, & is
the width of weft yarn, while gy, is the distance between two warp yarns. The distance
between two weft yarns is represented by g, hy and h; are the thicknesses of warp yarn and
weft yarn, respectively. Finally, the ondulation length of warp yarn, the ondulation length of
weft yarn and the lamina thickness are represented by u,, Ur and 4.

By considering in Figure 3 the section DC as the mirror of section AB it is possible to
assume that section BC is also the mirror of section AD. In each section of unit cell it can be
identified three diferent regions. The first region is the one where the fiber is straigth, the
second is where the fiber is curved, and the third one is where the matrix is located. To be
able to compute the unit cell dimensions Naik & Stembekar (1992) defined five sections ay,
&, 8, & and as parallel to DC and five other sections by, by, bs, by and bs parallel to AD. The
following equations are used to calculate & to as and b; to bs:
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Figure 3: Plain weave unit cell representation

The fibers' configuration in section DC is calculated with the hyi(y) and hy,(y) form
functions.The fibersconfiguration on section AD is calculated with the hyi(x,y), he(X,y) and
hxa(X,y) functions. It is out of the scope of this work to reproduce these form functions, it is
shown the resultants figures 4a and 4b. For more details see Oliveira (1999).
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Figure 4: a) sections paralel to DC, b) sections paralel to AD fiber

4. PROPOSED ALGORITHM

An algorithm was developed based on such form functions to construct the unit cell.
Before proceed it is needed to establish some geometric definitions. The yarn width on
longitudinal and transverse directions are represented by & and a,, while the free distance
between two yarns on longitudinal and transverse directions are given by gr and gw. The
weave yarn on longitudinal and transverse direction are represented by u and uy. The
increment on the y direction is given by dy and the yarn height on the longitudinal and
trnasverse directions are represented by h; and h,, respectively.



The following steps are performed by the proposed algorithm:

Get &, ay, O, G, Ur, Uy, b, hy, by, dy

Compute & through as and b, through bs

Draw section D-C

Fix the origin (0,0) yi=0; hy:(yi)=0; hy(yi)=hs

Compute K=a-+¢
X1=[1+sin{ (bz-b3)* (M/(Uw+g1)} ]
hya(l2)=x1* h/2+hy/2-hy

Increment yi+1=yi+dy

If yi+1<b1 then do
ya(yi)=0 hye(yi)=hy/2

End if

Draw lines
(yi,hya(yi)) (yi+1,hy(yi+1))
(yi,hya(yi)) (yi+1,hyo(yi+1))

If by<yi+1<b, then do
x1=[1+sin{ (y-bs)* ([1/(Uw+ar))}]
hy:=x1*hi/2+h/2-hy
x2=[hy/2-hy1(b2)]* cos{ (y-b.)* M/un}
hya(yi)=x2+hy,(bz)

End if

Draw lines
(yi,hya(yi)) (yi+1, hy(yi+1))

(vi, hy2(yi)) (yi+1,hy2(yi+1))

Do yi+1=b2

Compute hy(yi)=hy,(yi)=hy1(b2)

Draw lines

(yi+1,hy(yi+1)) (bz,hya(bs))

The algorithm listed before was applied to create two codes in A« oLisp Such codes
were named 7" x2 sp and ma rix sp and they are used to generate the unit cell. Once such
unit cell was generated by the Au od sk M ¢ anica D sk op[J Rl 1 thefileistransferred to a
finite element code. Figures 5a and 5b show the unit cell before and after the transferring

procedure.

t
Y\L/x

a) CAD unit cell

(yi+1,hy(yi+1)) (b2, hy2(b2))

If b<yi+1<b, then do
x1=[1+sin{ (y-bs)* ([1/(Uw+a0))}]
hya(yi)=x1*h/2 + h/2 -y

End if

Draw line
(i, hya(yi)) (yi+1, hy(yi+1))

Do yi+1=b4

Compute hy,(yi)=-hy1(b,)

If by<yi+1<bs then do
x1=[1+sin{ (y-bs)* ([1/(Uw+an))}]
hya(yi)=x1*h/2 + h/2 -y
x1=cos{ (y-bs)* M/uw} -hy(b,)
hy2(yi)=-[hd/2-hy(2)]*x1

End if

Draw lines
(vi, (YD) (yi+L, ua(yi+1))
(g, hy2(02)) (yi+1 hyo(yi+1))

If bs<yi+1< Kk then do
hyi(yi)=h/2
hya(yi)= - /2

End if

Draw line
Vi, ya(y) (vi+1, ha(yi+1))
(vi, hy2(yi)) (yi+1, hyo(yi+1))
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Figure 5: @) Unit cell on Mechanical Desktop, b) Unit cell on ANSY S

To be able to validate the new computational methodology a set of unit cell
configurations are studied. In this study, we are able to calculate the elastic moduli for various



geometric parameters, distinct materials, and different volume fractions of fiber and matrix.
The geometric parameters are mainly concerned to the fiber ondulation and thickness, and the
overall laminate thickness.

5. SOME NUMERICAL SIMULATIONS

The results from the numerical simulation are compared against the data available in
the literature. Figures 6 through 8 show the elastic moduli as a function of the fiber
ondulation. In general, the results are in good agreement with the data available in the
literature. It isimportant to mention that these effective properties are calculated following the
methodology proposed by Oliveira (1999).
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Figure 6 — Effective elastic moduli Ex Ey Ez versus waviness ratio
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Figure 7 — Poisson’ s ratios vXy, Vyz, VXZ Vversus waviness ratio

Another advantage of the new methodology is the potentiality of studying the stress
concentration into the fibers by showing the effective stress distribution, represented by the
Von Mises gtress, into the entire unit cell. By analyzing figures 9 and 10 it is possible to
observe the influence of ondulation on the stress concentration. Plain weave configurations
with waviness ratio bigger seems to be less influenced by stress concentrations, as the Von
Mises stresses are considerable lower in such type of composite.
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6. CONCLUDING COMMENTS

The proposed algorithm seems to be a helpful tool to create numerical representations of
textile composites. By applying such type of algorithm is possible to create and analyze
different types of textile composites configurations. By using such algorithm the user is
allowed to identify possible locations of stress concentrations and correct such problems
before hand.
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Resumo

A utilizacdo de imagens geradas por técnicas de simulacdo tem sido utilizada para a
verificacdo de validade de métodos para a andlise de franjas 6ticas em técnicas experimentais,
como Fotoelasticidade, técnicas Moiré no plano e Shadow Moiré, bem como na comparagdo
de resultados obtidos. Este trabalho tem o objetivo de apresentar o principio da simulacéo de
padrdes de franja Shadow Moiré, seus aspectos computacionais, bem como descrever o
algoritmo béasico, implementado em linguagem Matlab® 5.1. S80 apresentados também
alguns exemplos nos quais foi utilizado como modelos um disco simplesmente apoiado por
todo o contorno com carga puntual no centro na direcdo fora do plano, e uma superficie
matemética. O trabalho apresenta detalhadamente os programas desenvolvidos que podem
facilmente ser modificados e utilizados de forma a produzir simulagdes de outros model os.

Palavras-chave: Shadow Moiré, Simulacéo, Franjas Gticas
1- INTRODUCAO

Shadow Moiré € uma técnica experimental que utiliza a interferéncia produzida entre um
padréo geométrico e sua sombra projetada em um objeto para extrair informagdes topol 6gicas
de superficies, conforme Cloud (1995). As franjas resultantes, conhecidas como isotdmicas,
s80 linhas de nivel deigual profundidade em relacéo ao plano do padrdo-mestre.

Dentre as técnicas existentes para a medi¢do do relevo de um objeto, a técnica Shadow
Moiré é a mais simples. Os outros métodos sdo baseados em interferometria e necessitam de
luz monocromética, superficie convenientemente polida e equipamentos de ato custo. Nos
métodos baseados em técnicas interferométricas, o erro é da ordem do comprimento de onda
da luz utilizada; porém, tém seu uso limitado apenas a casos em gue ha pequena variacéo na
topologia da superficie, de acordo com Post et a.(1994).

A técnica Shadow Moiré necessita basicamente de uma fonte de luz colimada, uma
grade-mestre e, em geral, uma camera fotografica ou de video como observador, conforme
mostrado nafigura l. A sensibilidade, em uma abordagem ordinéria, € da ordem do passo do
padréo utilizado, isto € maior que 0,1 mm; técnicas para 0 aumento da exatiddo foram
desenvolvidas, como a técnica Deslocamento de Fase. A técnica Shadow Moiré pode ser
utilizada em objetos que possuem grande variagdo de relevo. O seu uso é mais adequado ao
ambiente industrial.
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Figura 1: Arranjo experimental Shadow Moiré bésico

Uma das formas de se avaliar resultados experimentais obtidos pela técnica Shadow
Moiré e resultados tedricos de deslocamentos na direcéo z, obtidos por teoria da elasticidade
ou elementos finitos, é asimulacdo computacional de franjas. A simulag&o, ou Moiré inverso,
consiste na producdo de imagens Shadow Moiré correspondentes & um dado campo de
deslocamentos tedrico.

Caso sgja hecessario, por exemplo, uma avaliacdo da adequacéo de formulas prontas para
flambagem de placas sem furos em casos de placas com furos, utiliza-se a smulacéo. Gera-se
imagens de franjas Shadow Moiré por simulagdo, utilizando as formulas para deslocamentos
de placas sem furos flambadas, e compara-se qualitativamente (de forma visual) ou
quantitativamente (usando processadores de franjas Shadow Moiré) com imagens de franjas
de placas com furos flambadas obtidas experimental mente.

A utilizacdo de Moiré inverso tem se mostrado particularmente Util na verificagdo da
validade de novas técnicas para processamento automatico de padroes Shadow Moiré.
Tornou-se uma ferramenta indispensavel na verificacdo dos erros computacionais, diferentes
dos erros experimentais, presentes em qualguer método computacional para andlise de
padrdes Shadow Moiré que utilize processamento digital de imagens.

2- PRINCiPIOS DE SHADOW MOIRE

O método Shadow Moiré utiliza a superposicdo de um padrdo com a sua propria sombra.
Faz-se um feixe de luz colimada incidir obliqguamente em uma superficie passando por uma
grade mestre, posicionada na frente da superficie analisada, como mostrado na figura 2; onde
p € 0 passo da grade-mestre, W é a distancia entre a superficie e a grade-mestre, 7 € o0 angulo
deincidénciadaluz e 7 é o angulo de reflexdo daluz na diregéo do observador.

Um pouco de geometria analitica leva, para um observador situado no infinito, a classica
equagdo (1):

W= AN—pA (1)

tani +tanr

onde w € a distancia entre o plano do padrédo e a superficie, e N é a ordem de franja. Buitrago
e Durdli (1978) generaizaram as condicOes de iluminacdo e de observacdo para pontos
situados a disténcias finitas, porém a interpretacdo do deslocamento ndo € simples. A



diferenca entre as equagdes desenvolvidas e a equacdo (1) € minima, quando a distancia entre
0 observador e 0 padrdo € muito maior que w; por esse motivo, a equagéo (1) pode ser
utilizada sem perda de precisao.

feixe de luz incidenie

T
Figura 2: Geometria da técnica Shadow Moiré

Por simplificagdo, faz-se a distancia ¢ igua a zero, de forma que o eixo do observador
sgja perpendicular a grade-mestre. Desta forma, o angulo 7 de reflexdo da luz na direcdo do
observador torna-se zero, e aequacédo (1) reduz-se a

w=¥P__ Npb )
tani h
Assume-se que o padrdo possua uma forma sendide dada por Mauvoisin (1973):

F (x,) :é%en%’”ﬂﬁ 3)

A luz passa pelo padr&o em um ponto x;, conforme mostrado na figura 2, atinge a
superficie e € refletida, passando novamente pelo padrdo, pelo ponto x,. O padréo luminoso
que chega ao observador, formado pela interferéncia da grade-mestre com sua sombra € dado
por Mauvoisin(1973):

I(x,y) = a+ Bcoslg(x, ) (4)
em que a e S dependem da qualidade da superficie, da intensidade da fonte luminosa e do
contraste aplicado a cdmera fotogréfica ou de video; e pé afase. A fase esta relacionada com
aordem de franja por:

wtani
p

Q=27 = 21T (5)

3- SIMULACAO DE FRANJAS SHADOW MOIRE

A simulac@o consiste em se gerar a imagem das franjas a partir dos deslocamentos
correspondentes, utilizando as equagdes (4) e (5). O primeiro passo é a obtencdo dos
deslocamentos. Dispde-se, para isso, do método de elementos finitos ou de férmulas para
deslocamentos de teoria da elasticidade. Considera-se entdo que, de inicio, se tenha todo o
campo de deslocamentos do experimento que se desga simular, sob a forma analitica
(formulas da elasticidade ou equacdo de alguma superficie) ou sob a forma discreta
(resultados obtidos por elementos finitos).



Se os deslocamentos estdo sob a forma anadlitica, deve-se discretiz&los. Obviamente, a
discretizacdo consiste em gerar uma malha bidimensional de valores para x e y no dominio de
interesse e, em seguida, calcular o valor do deslocamento na diregdo fora do plano para todos
0s pares ordenados da malha.

E extremamente importante e fundamental que se tenha uma malha bastante refinada.
Uma malha de densidade 200 x 200 pontos é satisfatoria. Uma malha excelente possui 500 x
500 pontos. Quanto maior a quantidade de franjas, menor devera ser 0 espacamento da malha
Deve-se atentar ao fato de que o refinamento méximo sera limitado pela resolucéo do monitor
do computador no qual as imagens serdo formadas e pela quantidade de pixels existentes na
areanaqual aimagem serd exibida.

Dispondo, entéo, do campo de deslocamentos no dominio de interesse, atribui-se valores
parai (angulo deincidéncia) e p (passo da grade-mestre), para, em seguida, calcular as ordens
de franja N utilizando a equacéo (1). Calcula-se a fase @ através da equacéo (5). Atribui-se
valores para a e (3, pertencentes ao intervalo [0;1]. Imagens mais nitidas sdo obtidas fazendo
a=0 e [=1. Cdculase, enfim, I(x,y) utilizando a equacdo (2). Dispondo do campo de
intensidades luminosas, cujos valores pertencem ao intervalo [0;1], pode-se gerar a imagem,
plotando na tela os pontos do dominio, sendo que esses pontos serdo plotados com uma
intensidade luminosa dada por / calculado no ponto. A imagem resultante é o padréo Shadow
Moiré.

4- ALGORITMO BASICO PARA A SIMULACAO

O agoritmo basico para a geragdo de imagens obtidas por Moiré inverso podem ser
implementados em qualquer linguagem gue possua bibliotecas para tratamento de imagens.
Os passos do procedimento de Moiré inverso para o caso de deslocamentos sob a forma de
funcdes analiticas sdo:

Passo 1. Criar uma malha suficientemente densa de pares ordenados. Uma malha retangular
apresenta bons resultados quando possui um ndmero de nos em torno de 200 x 200.

Passo 2: Calcular os valores dos deslocamentos wij =w(x; ,yj) €n cada par ordenado utilizando
as egquacdes analiticas.

Passo 3: Calcular o campo de ordens de franja Nj; = N(x; ,yj) atraveés da equagao (1).

Passo 4: Calcular afase ¢ = ¢xi,y;) utilizando a equacéo (5).

Passo 5: Atribuir valores para p, i, a, e B e, em seguida, cacular o campo de intensidade
luminosa /ij = I(x;,y;), utilizando a equagéo (4).

Passo 6: Plotar 0s pontos com suas respectivas intensidades luminosas.

E dado, no apéndice, um algoritmo escrito em linguagem Matlab® 5. 1. Este software gera
simulagbes de padroes Shadow Moiré para o caso de uma placa circular simplesmente
apoiada por todo o contorno com uma forga F puntual aplicada na diregdo z no centro da
placa. O programa pode ser executado em qualquer computador Pentium com no minimo 16
Mb de memoéria RAM que possua o software Matlab® versdo 5.2 instalado.

5- APLICACAO
5.1- Disco circular simplesmente apoiado
Foi feito uma aplicagdo do método de simulacdo para uma placa circular de raio R=250

mm; espessura h=2,5 mm; cujo material tem modulo de elasticidade E=250000 MPa;
coeficiente de Poisson v=0,3; submetido a uma forca puntual de =70 N aplicada no centro do



disco nadirecéo z, conforme mostrado nafigura 3. O arranjo Shadow Moiré simulado tem um
padréo de passo p=0,2 mm; e um angulo de incidéncia i=45°. A malha utilizada possui
tamanho 200 x 200 pontos.

Figura 3: Esquema da forma de carregamento e condi¢des de contorno

As equacdes que governam o experimento sao:
_ FR? (3+v) FR?

T ) @-a°)+ 5 a‘lna (6)
onde
a=- (7)
_ EW®
D_12(1—v2) ®)

sendo £ 0 modulo de elasticidade, v o coeficiente de Poisson, e r a disténcia da origem ao
ponto.

O deslocamento obtido pode ser observado na figura 4. O padrdo Shadow Moiré gerado
pelo procedimento de Moiré inverso estailustrado nafigura5.

300

Figura 4: Deslocamento obtido



Figura 5: Franjas Shadow Moiré geradas pelo processo de Moiré inverso

5.2- Simulaciio de padrdes em superficies matematicas

Uma aplicagcdo da técnica de Moiré inverso pode ser feita em uma superficie matemética
qualquer, para a observacao do comportamento das franjas em regifes interessantes, como na
superficie de equagéo:

. yz
== 9

“7 100 ®)

com-5<x<5e-5<y<5. Essasuperficie pode ser visualizada na figura 6.
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Figura 6: Superficie da equacéo (9)



Gerou-se uma imagem simulada das franjas. Fez-se 0 passo p = 0,2 mm e 0 angulo de
incidéncia i=45°. A malha utilizada possui tamanho 200 x 200 pontos. O padr&o obtido é
mostrado nafigura?.

Figura 7: Franjas Oticas simuladas

6- CONCLUSAO

Neste trabalho apresentou-se os fundamentos da técnica Gtica Shadow Moiré para a
determinacdo de geometria de superficies, bem como as suas vantagens em relacdo as técnicas
baseadas em interferometria. Apresentou-se o método de obtencdo de franjas simuladas,
procedimento também chamado de Moiré inverso, seus aspectos computacionais € um
algoritmo basico. O método Moiré inverso tem sido utilizado na avaliacdo da validade de
novos métodos de processamento de franjas Shadow Moiré que utilizam processamento
digital de imagens, tornando-se ferramenta indispensavel para o clculo de erros
computacionais.
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