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Prefata

Evaluarea integritatii si durabilitatii structurilor din diferite domenii, cum ar fi
energia nucleara, aeronautica, industria automotive, ingineria civila, ingineria mecanica,
reprezintd o provocare in vederea extinderii duratei de viata a componentelor si a scaderii
numarului de cedari. Mecanica ruperii materialelor pune la dispozitia inginerilor 0
metodologie de evaluare a integritatii corpurilor cu fisuri pe baza parametrilor din
domeniul liniar-elastic Forta de extensie a fisurii G si Factorul de intensitate a
tensiunii K, respectiv in domeniul elasto-plastic Deplasarea de deschidere la varful
fisurii 6 si Integrala J. De asemenea, pentru estimarea durabilitdtii sub actiunea
solicitarilor variabile se utilizeaza relatii care coreleaza Viteza de propagare a fisurii
da/dN cu Variatia factorilor de intensitate ai tensiunii AK. Conceptele Mecanicii
ruperii au fost extinse la piese cu concentratori de tensiune de forma crestaturilor ascutite
sau rotunjite pe baza unor metode si parametrii noi.

Prezenta lucrare trece 1n revista conceptele clasice de Mecanica ruperii
(capitolul 1), prezinta principalele criterii de rupere Th modul mixt (capitolul 2), metodele
numerice (capitolul 3) si experimentale (capitolul 4) de determinare a parametrilor de
Mecanica ruperii. Se prezinta in capitolul 5 doud abordari ale calculului la oboseala,
abordarea in tensiuni si abordarea considerand initierea si propagarea fisurii. Tn capitolul
6 sunt prezentate solutii ale cAmpului de tensiune din zona de la varful concentratorilor
de tensiune. Sunt introduse pentru prima datd in Romania, dupa cunostiinta autorilor,
metode moderne de evaluare a integritatii si durabilitatii cum ar fi: Teoria distanzelor
critice, Metoda energiei specifice de deformatie, Metoda modelarii fisurii si Metoda
volumetrica (capitolul 7). Lucrarea se incheie cu capitolul 8, bazat pe experienta de peste
15 ani autorilor, care prezinta exemple si aplicatii ale metodelor moderne aplicate unor
componente cu fisuri si concentratori de tensiune.

Autorii multumesc referentilor stiintifici Prof. Emerit. Dr. Ing. Nicolae NEGUT
si Conf. Dr. Ing. Dana SILAGHI-PERJU pentru sugestiile de imbunatatire a lucrarii. De
asemenea, multumim Domnului Prof. Filippo BERTO de la Norwegian University of
Science and Technology (NTNU), Trondheim, cu care ne-am consultat privind
aplicarea si utilizarea metodelor moderne, cu ocazia vizitei la NTNU in perioada 28.05-
01.06.2017, realizata in cadrul proiectului de mobilitate nr. 24BIL/25.04.2017
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1. Notiuni de mecanica ruperii pentru evaluarea integritatii
structurale

1.1. Introducere

Ruperea este consideratd un proces distructiv care are ca efect separarea totala sau
partiald o unui corp sau structura. in general, ruperea se produce datorita propagirii uneia
sau mai multor fisuri. Din punct de vedere ingineresc Tn cele mai multe cazuri abordarea
macroscopica a ruperii este suficientd, dar sunt situatii in care abordarile la scara
mesoscopica (studiul fenomenelor de degradare la nivelul grauntilor), respectiv
microscopica/atomica (materiale compozite) sunt necesare, figura 1.1.

atomica mesoscopica defecte epruvete test structuri
10:10 10¢ 103 101 102 (m)

Mecanica solidului deformabil

Figura 1.1. Exemple de rupere la diferite scéri

Mecanica solidului deformabil se poate aplica de la scari mesoscopici (1076 m)
pani la studiul structurilor (102 m) si foloseste tensiunile si deformatiile pentru
descrierea comportarii mecanice, figura 1.1. Totusi aceste marimi nu sunt aplicabile
pentru caracterizarea proceselor de rupere, tensiunile devin infinite la varful fisurii.
Astfel Mecanica Ruperii Materialelor (MRM) introduce concepte si marimi
suplimentare cum ar fi factorul de intensitate a tensiunii, respectiv forta de extensie a
fisurii.

Pornind de la variatia lungimii fisurii in timp (figura 1.2.a), respectiv a tensiunii
reziduale Tn functie de lungimea fisurii (figura 1.2.b), Mecanica ruperii materialelor

cautd sa raspunda la urméatoarele intrebari, Janssen, s.a (2002):



- Cum variaza rezistenta reziduala a unei structuri pe masura ce o fisura initiala se
propaga in timp?

- Care este lungimea maxima a fisurii acceptata In serviciu, sau care este marimea
admisibila a acesteia?

- Care este durata de timp necesara pentru ca o fisura cu o anumita lungime
(lungimea minima detectabild) sa atingd valoarea maxima admisa?
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Lungimea fisurii

b. Variatia tensiunii reziduale in functie de lungimea fisurii

Figura 1.2. Interactiunea timp - lungime fisura - tensiune reziduald

Primele studii de investigarea a ruperii provin din perioada Renasterii italiene.
Experimentele lui Leonardo da Vinci (1452-1519), efectuate cu peste 500 de ani in urma,

au evidentiat ca rezistenta la tractiune a unui fir mai lung este mai mica decat rezistenta
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la rupere a aceluiasi fir, dar mai scurt, figura 1.3. Aceasta se explica prin natura statistica
a distributiei defectelor intr-o structura. Aceste defecte produc o concentrare a
tensiunilor ceea ce face ca rezistenta teoretica la rupere in imediata vecinatate a acestora
sd fie atinsd chiar daca tensiunile nominale aplicate sunt mult mai mici decat rezistenta
la rupere.

Figura 1.3. Experimentul lui Leonardo Figura 1.4. Grinda lui Galilei

Codex Atlanticus, sheet 222, 1486-1490
http://newtonexcelbach.files.wordpress.com/2008/02/galileo-beam.jpg

Galileo Galilei (1564-1642) a studiat ruperea grinzilor de lemn, figura 1.4 si a
ajuns la concluzia ci momentul de incovoiere joaci un rol crucial. In paralel cu
dezvoltarea mecanicii solidului, o serie de teorii de rupere sau cedare au fost propuse n
secolul XIX, unele dintre ele fiind folosite si astdzi. Totusi prima contributie majora in
abordarea ruperii a fost cea a lui A.A. Griffith (1893-1963) care introduce conceptul de
energie necesara pentru propagarea fisurii, formuland un criteriu energetic. Apoi in 1939
W. Weibull (1887-1979) formuleaza o teorie statisticd a ruperii. Una dintre cele mai
importante contributii in Mecanica ruperii 0 aduce G.R. Irwin (1907-1998) in 1951 care
exprima singularitatea cAmpului de tensiune de la varful fisurii si introduce factorul de
intensitate a tensiunii, care 1si gaseste rapid aplicabilitate la calculul structurilor cu
defecte. Atat forta de extensie a fisurii cat si factorul de intensitate a tensiunilor sunt
concepte aplicabile materialelor linear elastice si care manifesta o rupere fragila.

Tn anii '60 s-au pus bazele Mecanicii ruperii pentru materialele cu comportare
elasto-plastica. Astfel, Wells a introdus Tn anul 1966 conceptul de deschidere critica la
varful fisurii. Apoi, Rice Tn 1968 propune integrala J ca parametru de rupere. Cresterea



subcritica a fisurii, Sub actiunea solicitarilor variabile sau sub actiunea mediilor corozive
a fost studiata de Paris (1961), care a propus prima relatie empiricd ce leaga variatia
factorului de intensitate a tensiunii de viteza de crestere a fisurii.

Numeroase accidente au demonstrat ca prezenta unor defecte in diferite conditii
de solicitare pot conduce la ruperi fragile, Th unele cazuri chiar catastrofale. Dintre cele
mai semnificative exemple, putem aminti ruperea Th anul 1919 a unui rezervor cu
diametrul de 27 m si inaltimea de 15 m umplut cu melasa. Prin ruperea acestui rezervor
7,5 milioane de litri de melasa au fost deversati in rul Boston (S.U.A) iar 12 persoane
au murit. Intre anii 1930-1940 ruperea a numeroase poduri, in special in conditiile unor
temperaturi scazute, au produs multe victime. Dintre acestea putem aminti podul
Vierendeel din Belgia rupt in martie 1938 la o temperatura foarte scazuta.

Numeroase accidente au fost raportate in decursul celui de-al doilea razboi
mondial, cand ruperile fragile au ridicat probleme deosebite in special asupra unor nave
si petroliere. Astfel putem aminti petrolierul Schenectady, realizat in constructie sudata,
care s-a rupt efectiv in doud buciti in ianuarie 1943. In urmatorii 10 ani, peste 200 de
nave construite pentru a fi utilizate n razboi au suferit ruperi fragile. Dintre acestea pot
fi retinute in special cele noua cargouri T-2 si sapte nave Liberty. In toate cazurile
ruperile au aparut in zonele cu concentratori puternici de tensiune.

In anul 1950, doud avioane COMET s-au rupt in timpul zborului la mare
altitudine. Expertizele au ardtat cd ruperea prin oboseald s-a initiat in zona gaurilor
niturilor din apropierea hublourilor. Un alt accident, demn de semnalat, a fost ruperea
fragila in anul 1967 a podului Point Plesant din Virginia (S.U.A), cauzand moartea a
peste 40 de persoane.

De-a lungul anilor s-au publicat diferite studii si cercetari privind investigarea
fenomenelor de rupere a diferitelor componente sau structuri. Cele mai importante
contributii in domeniu se publica in jurnalele unor edituri renumite: International
Journal of Fracture (Springer), Engineering Fracture Mechanics (Elsevier),
International Journal of Fatigue (Elsevier), Theoretical and Applied Fracture
Mechanics (Elsevier), Fatigue and Fracture of Engineering Materials and Structures
(John Wiley & Sons), Engineering Failure Analysis (Elsevier).

De asemenea s-au elaborat tratate, manuale si compendii privind principalele
abordéri ITn Mecanica ruperii, care introduc parametrii de mecanica ruperii, explica
modurile de cedare, propun si analizeaza diferite criterii de rupere. Dintre acestea
principalele contributii sunt ale lui Broek (1986), Hertzberg (1988), Ewalds si Wanhill
(1989), Anderson (1991), Janssen s. a. (2002). De asemenea, in limba roména au fost
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publicate lucrarile Cioclov (1977), Pana (1992), Dumitru si Marsavina (2001)
Constantinescu (2003), Pastrama (2004).

1.2. Parametrii de mecanica ruperii in domeniul liniar-elastic
1.2.1 Teoria lui Griffith

Se considera o placa infinita confectionata dintr-un material ideal elastic solicitat
de tensiunea o, figura 1.5. Considerand ca se introduce o fisura strapunsa de lungime 2a,
energia de deformatie elastica se modificd. Energia totald inmagazinata de placa, poate
fi scrisa sub forma:

W =W, + AW, + AW, — L (1.1)
n care:
W,- energia de deformatie elastica disponibild atunci cand fisura nu se propaga;
AW, - variatia energiei de deformatie elastica ca urmare a extensiei fisurii;
AW, - variatia energiei superficiale ca urmare a formarii noilor suprafete ale fisurii
Tn extensie;
L - lucrul mecanic al fortelor exterioare.
Propagarea instabila a fisurii de lungime a, care strabate o grosime egald cu
unitatea, se produce atunci cand:
o (12
da
respectiv, crestereaa energiei necesara formarii noilor suprafete de rupere este
compensata prin micsorarea energiei de deformatie elastica.
Avand 1n vedere ca W, este o constanta (dW,/da = 0), rezulta:

d
a#m%+Amﬁ¢)so

sau
d d(aw,)
—(L—-AW,)>—~—" (1.3)
da ( ) da
Din relatia de mai sus rezulta, conform teoriei lui Griffith (1921), cé instabilitatea
in extensia unei fisuri se produce atunci cand energia de deformatie elastica disponibila
ntr-un corp este cel putin egald cu energia necesara formarii noilor suprafete de rupere.
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Figura 1.5 Placa infinitd cu o fisura de lungime 2a solicitata la infinit de tensiunea o

Introducénd notatiile:

% (L—AW,) =G (1.4)
unde G reprezinta forta de extensie a fisurii, iar
a(@aw,) _ (L5)
da
unde R este rezistenta la fisurare, ecuatia (1.3) capata forma:
G=R

Deci o fisura se propaga instabil atunci cand forta de extensie a fisurii este cel
putin egala cu rezistenta la fisurare a materialului.
Energia elastica eliberata la introducerea fisurii de lungime 2a in placa este:
wo?a?
E
Prin introducerea fisurii de lungime 2a variatia energiei superficiale de suprafata
AVV), creste cu cantitatea:

AW, = — (1.6)

AW, =2Q2a-1-v,) 1.7
in care y, reprezinta componenta elastica a energiei specifice superficiale, iar

2(2a - 1) este aria suprafetelor formate prin introducerea intr-o placé cu grosimea egala
Cu unitatea a unei fisuri cu lungimea 2a.
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Dacd acceptam ca lucrul mecanic al fortelor exterioare L = 0, se obtine energia

totala pentru o placa cu grosimea egala cu unitatea:

mola?
W =W, - + 4ay,
Instabilitatea Tn extensia unei fisuri se obtine din conditia:
dW_0 d W n02a2+4 _ 0
da da\ ° E e | =
dar dW,/da = 0, de unde rezulta:
nola
G = =2y.=R

E
respectiv:

N[ =

=2

(1.8)

(1.9)

(1.10)

(1.11)

Tntrucat E si y, sunt niste constante de material, rezulta ca propagarea instabila a
unei fisuri intr-un material ideal elastic se produce atunci cand produsul o+/a atinge o
valoare critica specifica fiecarui material. Acest fapt rezulta si din figura 1.6 care se

obtine prin reprezentarea grafica a ecuatiei (1.8).

AW, = 4ay,

o Instabilitate

\ Lungimea fisurii 2a

\ w

—
Fisura se
propaga cu Fisura Sve I/ A[/Ve = — E
consum de [ propaga
energie instabil

K |

Figura 1.6. Variatia energiei totale a unei placi fisurate
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1.2.2 Modificari ale teoriei lui Griffith

O extindere a teoriei lui Griffith a fost efectuatd de Irwin (1948), avand ca scop
obtinerea unui criteriu de rupere, respectiv pentru calculul tensiunilor la care apar
ruperile fragile.

Marimea cea mai importanta din teoria prezentata mai sus este forta de extensie a
fisurii, a carei notatie cu G a fost datd de Irwin in onoarea lui Griffith. Forta de extensie
a fisurii masuratd in [J/m?] sau [N /m], reprezinti, asa dupi cum am vizut, cantitatea
de energie elastica eliberata, pe unitatea de suprafata, de catre o epruveta fisurata ca
urmare a extensiei unei fisuri. Atunci cand aceasta marime atinge o valoare critica G,
fisura se propaga instabil.

Spre deosebire de Griffith, Irwin considera pe G drept un parametru a carui
valoare critica G, pare a fi o constanta de baza a unui material, independenta de forma si
dimensiunile epruvetei.

Valorile lui G, pentru otel variazi intre 12 - 10* — 72 - 10*[J/m?] in functie de
temperatura si compozitie.

Din relatia (1.10) rezulta pentru o placa infinita avand o fisura cu lungimea 2a:

Tol a
" E
unde o, este tensiunea critica, care aplicata placii conduce la ruperea fragila a acesteia.

Orowan (1955) a aratat ca la majoritatea materialelor, in special la metale, ruperea
este insotitd de deformatii plastice importante. Pentru astfel de materiale s-a propus o
corectie a ecuatiei (1.10) sub forma:

G, (1.12)

c _naza
< E

unde y,, este componenta plastica a energiei specifice superficiale.

= 2(y, + 1) (1.13)

Dacd y,, este cuprins intre 102 — 10°[J/m?], in schimb y, este de ordinul 1 — 2

[J/m?]. In aceste conditii, in relatia (1.13), se poate neglija y, in raport cu ¥p- Rezulta:
1

o (2 E Vp)f (1.14)
mwa

Pentru o placd cu latimea infinita, avand o fisurd de lungime 2a, relatia dintre
tensiunea o si forta de extensie a fisurii G devine:
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5= (%)% (1.15)

In teoria originald a lui Griffith s-a presupus ci fisura se propaga rapid cind G = 2 y,.
In cazul modificarii pe care Irwin a facut-0 acestei teorii, G, este considerat un parametru
determinat experimental.

1.2.3 Moduri de rupere

Tn figura 1.7 sunt indicate cele trei moduri de extensie a fisurii. Dupa deplasarea
relativa a suprafetelor de rupere, situate de o parte si de alta a planului Tn care se extinde
fisura, propagarea acesteia se poate face n trei moduri.

Tn modul I fisura se extinde prin deschidere ca urmare a deplasarii punctelor de
pe suprafata fisurii dupa o directie perpendiculara pe planul acesteia (figura 1.7a).

Tn modul 11 fisura se extinde prin forfecare plana. Deplasarile punctelor de pe
suprafata fisurii au loc in planul acesteia, perpendicular pe frontul fisurii i in sensul de
Tnaintare a fisurii (figura 1.7b).

Fisura se extinde prin forfecare anti-plana, laterald, Th modul I1l. Deplasarile
punctelor de pe suprafata fisurata au loc in planul fisurii, paralel cu frontul acestuia figura
1.7¢).

Alte moduri posibile de propagare se pot obtine prin combinarea celor trei.

Tn continuare se va face 0 analizi a starii de tensiuni si deformatie in vecinitatea
unei fisuri, care se extinde in modului I, intrucat ruperile fragile au loc in general prin
deschiderea fisurii.
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Modul 1

Modul 11

Modul 111

c.

Figura 1.7 Moduri de rupere
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1.2.4. Campul de tensiuni din vecinitatea unei fisuri

Irwin exprima cadmpul de tensiuni din vecinatatea unei fisuri, figura 1.8, intr-un
corp omogen cu comportare liniar - elastica, pornind de la solutia Westergaard exprimata
cu functii de variabild complexa si printr-o aproximare la varful fisurii ajunge la relatia
generala:

1 .
0;;(r,0) = Nor [Kif5(0) + Kufi (0) + Ky £/ (6)] + termen nesingular  (1.16)

unde i, j reprezinta coordonatele carteziene x, y, z iar (r, 8) coordonatele polare ale unui
sistem cu originea la varful fisurii.
Din relatia (1.16) se observa ca tensiunile la varful unei fisuri se calculeaza ca

: H 1 LILIII
produsul dintre un factor geometric «/Wfii

in care se calculeaza tensiunile, coordonatele (r,0) si factorii K;, K;;, K;;;. Acestia
reprezintd o masurd a cresterii tensiunii in prezenta unei fisuri in raport cu tensiunea
existenta in placa in absenta fisurii si au fost denumiti factori de intensitate a tensiunii.

(), care depinde de pozitia elementului

Indicele I este utilizat pentru a preciza ca se refera la modul I de solicitare, pentru
modurile I1 si I11 de deschidere a fisurii acest factor s-a notat cu K;;, respectivk;,;.

Tabelul 1.1. Expresiile factorilor adimensionali de intensitate a tensiunii

fij Mode | Mode II Mode 111
f 9(1 - 39) ) 9(2+ 0 36) g
xx cos > sin > sin > sin > cos > cos >
f 0 (1 +si 0 . 39) .0 0 36 0
yy cos > sin > sin > sin > cos > cos >
f { 0 —st.pl. tensiune { 0 —st.pl. tensiune 0
2z | \v(op + Uyy) —st.pl.deformatie | (v(oyy + Uyy) —st.pl.deformatie
f N 0 30 0 (1 0 39) 0
xy sin > cos > cos > cos > sin- sin—
0
fxz 0 0 —Sinz
0
fyz 0 0 cos >
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Pentru modul I deschiderea flancurilor fisurii K, = a+/ma, iar pentru modurile 11
si I11 care reprezinta forfecare plana sau antipland produsa de o tensiune tangentiala t,
K;; = tV/ma, respectiv t;, K;;; = t.\/ma. Factorul de intensitate a tensiunii se masoara
de obicei in [MPaym], sau [N/mm?®/2]. Functiile f;"""""(6) se mai numesc si factori

adimensionali de intensitate a tensiunii si au expresiile prezentate in tabelul 1.1
P N I R N R
l a
y ¢ ‘[xy = ‘]_‘yx y

IR R A

Figura 1.8. Tensiunile Tntr-un punct de coordonate (r, 8) aflat in vecinatatea fisurii

Expresia factorului de intensitate a tensiunii K; = ovma, este valabila pentru o
placa infinitd cu fisurd centrala de lungime 2a, solicitatd uniform, dupa modului /.
Geometria fisurii, precum si forma si dimensiunile piesei, influenteaza esential cAmpul
de tensiuni si deformatii in zona adiacentd acestei fisuri. In aceste conditii, expresia
factorului de intensitate a tensiunii are forma generala:

K, = aova f (%) (1.17)
unde a este un coeficient ce tine seama de geometria corpului fisurat si tipul de
solicitare, iar f(a/w) reprezinta in general o functie care tine cont de forma finita a
corpului fisurat, w reprezentdnd una din dimensiunile corpului.

Atat a cét si f(a/w) se determind pe baza analizei starii de tensiuni la varful
fisurii. Aceasta analiza, in general, se face aplicaind metode analitice (functii de variabila
complexd, metoda colocatiei etc.), iar pentru cazurile uzuale de corpuri fisurate sunt date
in literatura in compendii de solutii ale factorului de intensitate a tensiunii. Cele mai
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cunoscute sunt compendiile lui Tada-Paris-Irwin (1985), respectiv Murakami (1987).
Astazi, se apeleaza tot mai mult la metode numerice (metoda elementelor finite, metoda
mesh-free etc.) pentru determinarea expresiilor factorilor de intensitate a tensiunii pentru
geometrii si solicitiri complexe. Metodele experimentale ca tensometria electrica
rezistiva, fotoelasticimetria, termoelasticimetria, sunt de asemenea utilizate pentru
determinarea factorilor de intensitate a tensiunii pe corpuri reale cu fisuri, figura 1.9.

I Determinarea lui K |

R
- .
Metode analitice | l Metode numerice | I Metode experimentale

= Metoda colocatiei = Metoda Elementelor Finite * Tensometriei electrice
rezistive

= Functii de variablia = Metoda Elementelor de « Fotoelasticimetri

complexa Frontiera otoelasticimetria
=Termoelasticimetria

Figura 1.9. Metode de determinare a factorului de intensitate a tensiunii

zona singulara

Figura 1.10. Domeniul de valabilitate a cdmpului singular de tensiune
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Domeniul de valabilitate al cdmpului de tensiune din vecinatatea fisurii, relatia
(1.16), este reprezentat in figura 1.10.

Majoritatea materialelor folosite in aplicatiile ingineresti au o anumita limita de
curgere g, iar local aceasta limiteaza tensiunile extrem de mari generate de solutia
singulara, creandu-se o zona plastica la varful fisurii, caracterizata de raza zonei plastice
7. Practica inginereasca indica faptul ca reprezentarea campului de tensiune prin solutia
singulard este validd pentru 7, /a < 1/25. Efectele de margine limiteaza exterior zona
singulara, iar experimental S-a confirmat ca raza exterioara a zonei singulare este de
aproximativ 40-50% din lungimea fisurii a.

1.2.5 Relatia dintre G si K,

Daca avem in vedere expresiile lui G pentru starea plana de tensiune:

_mo’a
- E
si pentru starea plana de deformatie:
2
noca
G=01-v?
(1-v)—
precum si expresia lui K; = o+ma, obtinem:
2
= ’%’ (1.18)
pentru starea plana de tensiune, respectiv
KZ
G=(1-v3)—= (1.19)

E
pentru starea pland de deformatie.

1.2.6 Estimarea zonei plastice de la varful fisurii
Daca in relatia (1.16) se considera r — 0 tensiunile tind spre infinit, obtindndu-se

asa-zisa conditie de singularitate la varful fisurii. Tn aceste zone in care tensiunile ating
limita de curgere, materialul se deformeaza plastic, iar la varful fisurii apare ceea ce se
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denumeste in mod curent o enclava plasticd. Vom analiza initial variatia tensiunii o, n
planul fisurii (8 = 0):

ovma K;

oy = (1.22)

2nr  2mr

Tn figura 1.10 este indicata variatia tensiunii oy in functie de 7, avand la bazi asa
dupi cum s-a vazut, o analiza in domeniul liniar-elastic.

Tn conditiile unor materiale cu o comportare initial elasticd urmati de una ideal
plastica, tensiunile la varful fisurii nu pot depasi limita de curgere.

Punand conditia ca g, = g, se ajunge la o prima estimare pentru raza zonei
plastice:

2
r = zi (ﬁ> (1.23)
w\o,

La materialele cu deformatii plastice limitate se pot aplica conceptele mecanicii
ruperii in domeniul liniar-elastic, corectand lungimea fisurii cu raza zonei plastice.
Acceptand ca la varful fisurii se formeaza o enclava plastica de forma circulara si ca
tensiunile in aceasta zona nu pot depasi limita de curgere, Irwin a introdus o corectie
asupra dimensiunii enclavei plastice, avand la bazad o redistribuire a cAmpului de
tensiuni. Astfel s-a considerat formarea unei enclave plastice de forma circulara cu
diametrul 27, si s-a propus ca lungimea efectiva a fisurii sd fie a,f = a + w, w =1,
figura 1.11.

Gyy

=

m..lf

Figura 1.11. Domeniul de valabilitate a campului singular de tensiune
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Factorul de intensitate a tensiunii devine in acest caz:

Kef = a(aef)O'Jﬂaeff(a%) (124)

Pentru materialele la care deformatiile plastice si curgerea in vecinatatea fisurii
sunt extinse exista alti parametrii definiti in cadrul mecanicii ruperii in domeniul elasto-
plastic. Acesti parametrii sunt deplasarea de deschidere la varful fisurii § [mm],
respectiv integrala de contur J [N /mm], dar nu sunt obiectul prezentului studiu.

1.2.7. Diagramele de cedare

O altd metoda de cuantificare a plasticitatii este diagrama de evaluare a cedarii,
Failure Assessment Diagram, propusa de Dowling si Townely (1975), care cuantifica
cedarea intre doua stéri limitd, si anume, ruperea fragila bazata pe factorul de intensitate
a tensiunii si tenacitatea la rupere si colapsul plastic caracterizat de tensiunea o si limita
de curgere o..

Diagrama de evaluare a cedarii exprima o legatura intre K, si S, cu:

K;

K. =
o (1.25)

unde K; este factorul de intensitate a tensiunii, iar

o.[8 T O
Kep = K,?[ﬁlnsec (EO'_C)]

1
2

(1.26)

reprezinta o tenacitate efectiva la rupere care tine seama si de plasticitatea la varful fisurii

dupa modelul benzilor de deformatie,
Sp=— (1.27)

unde o este tensiunea aplicata, iar g, limita de curgere a materialului.
Inlocuind relatiile (1.25) si (1.27) in (1.26) se obtine:

1

8 2
K, =S, [Fln sec (gsr)] (1.28)

care este ilustrata in figura 1.12. Curba din figura reprezinta locul geometric al punctelor
pentru care se produce cedarea. Pentru componente si structuri din materiale fragile
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Ker = Kj, deci K, = 1. Tn schimb, pentru materiale ductile, care cedeaza prin colaps
plastic, S, = 1. Intre aceste stari limita avem ruperi mixte, si K;., S, < 1. Toate punctele
situate sub curba din figura 1.12 (marcate cu A) se afla in zona sigura, iar cele aflate in
exteriorul curbei (marcate cu 1) sunt in zona nesigura de cedare.

Pentru evaluarea unei structuri cu defecte trebuie trasata curba K, = f(S,), apoi
calculate valorile individuale (K., S,) care se reprezintd in diagrama de evaluare a cedarii.

1.2 7
Rupere
fragila
1 -
0.8 1
Zona nesigura
[m]
0.6
£ 0.4 -
Zona sigura
&
0.2 4
Colaps
plastic
o T T T T T 1
o 0.2 0.4 0.5 0.8 1 1.2 1.4

5r

Figura 1.12. Diagrama de evaluare a cedarii

1.3 Evaluarea sigurantei in exploatare

Evaluarea sigurantei in exploatare a elementelor de rezistenta necesita o abordare
care sa tind cont de defectele si neomogenitatile materialului, de acumularea defectelor
datorata solicitarilor variabile in timp, de initierea si propagarea fisurilor, deci o abordare
pe baza principiilor Mecanicii ruperii materialelor. Pornind de la aceste aspecte, in
figura 1.13 sunt prezentate etapele necesare a fi parcurse pentru evaluarea sigurantei in
exploatare a elementelor de rezistenta.

In prima etapa este necesara determinarea caracteristicilor de material, o analizi a
incarcarilor si determinarea dimensiunilor defectelor. Pe langa caracteristicile de
material clasice (limita de curgere o, R, »; rezistenta la rupere Ry,; alungirea la rupere
A gatuirea la rupere Z; rezilienta KV etc.), este necesara determinarea caracteristicilor
de material definite de Mecanicii ruperii: tenacitatea la rupere a materialului Kj,
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(factorul critic de intensitate a tensiunii); &, deplasarea critica de deschidere la varful
fisurii; J;. integrala critica de contur; 7, raza zonei plastice formate la varful fisurii,
Dumitru si Marsavina (2001).

Pentru a realiza un studiu cat mai precis trebuie considerate conditiile reale in care
lucreaza elementul de rezistenta (efectul variatiilor de temperatura, efectul mediilor
corozive etc.).

Determinarea dimensiunilor defectelor se face utilizind o metoda nedistructiva,
de exemplu emisia acustica sau ultrasunete.

Etapa a doua constd in analiza numericd si experimentald a tensiunilor,
deformatiilor si a parametrilor din Mecanica ruperii (factorii de intensitate a tensiunii
K;, K;;, K;p;, deplasarea de deschidere la varful fisurii §, integrala de contur J;). Aceasta
etapa este deosebit de importantd deoarece complexitatea geometricd a elementelor de
rezistentd si interactiunea diferitelor incdrcari impun determinarea numericd sau
experimentald a parametrilor de Mecanica ruperii, solutiile analitice existente fiind
inoperante in cazurile de complexitate mare.

Dupa aceste prime doud etape se trag concluziile privind starea de tensiune si
deformatie din elementul de rezistentd, se pun in evidenta zonele cu concentrari
puternice ale tensiunii, zone in care se urmareste in timpul exploatarii, prin metode
nedistructive, aparitia unor fisuri si dezvoltarea acestora in timp. De asemenea, se face
o prima evaluare privind posibilitatea ruperii fragile a elementului de rezistenta, pe baza
criteriilor Mecanicii ruperii. Astfel, daca parametrii determinati numeric sau
experimental, K; pentru materiale cu comportare liniar-elastica, respectiv & si J; pentru
materiale cu comportare elasto-plasticd, depasesc valoarea tenacitatii la rupere se
produce ruperea instabild a elementului de rezistenta.

Astfel, aplicand criteriul de rupere a mediilor elastice cu fisuri, exprimat prin
factorul de intensitate a tensiunii, distingem situatiile:

K; < K;¢ nu se produce ruperea instabila a elementului de rezistenta;

K; > K¢ se produce ruperea instabild a elementului de rezistenta.

In urmitoarea etapa se studiaza acumularea defectelor, cresterea si propagarea
fisurilor sub actiunea ciclurilor de solicitare. Parametrii caracteristici in aceastd etapa

sunt viteza de crestere a fisurii sub actiunea ciclurilor de solicitare d—; si variatia

factorului de intensitate a tensiunii AK.

Pe baza rezultatelor obtinute se pot trage concluzii privind numarul de cicluri pana
la rupere N,, lungimea critica a fisurii de la care se produce ruperea instabild a., adica
se estimeaza durata de viata a elementului de rezistenta sau, apeland la un model

24



probabilistic, se poate evalua probabilitatea de rupere a elementului de rezistenta. In
final se face evaluarea sigurantei in exploatare a elementului de rezistenta.

| ELEMENTUL DE REZISTENTA |

CARACTERISTICILE ANALIZA DETERMINAREA
MATERIALELOR SOLICITARILOR DIMENSIUNILOR si
CLASICE M. RUPERII statice . variabile . variatii POZITIEI
o, Ry, KV Kic,d¢,)ic a - Lungimea fisurilor
ANALIZA NUMERICA A ANALIZA EXPERIMENTALA
TENSIUNILOR §I K6 A TENSIUNILOR $I
RUPERII MECANICA RUPERII

ANALIZA ACUMULARII DEFECTELOR
PROPAGAREA FISURILOR
da/dN; AK,

\ v

ESTIMAREA DURATEI EVALUAREA PROBABILITATII
DE VIATA DE RUPERE

| |

EVALUAREA SIGURANTEI IN EXPLOATARE A
ELEMENTELOR DE REZISTENTA

Figura 1.13. Etapele evaludrii sigurantei in exploatare a elementelor de rezistenta
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2. Criterii de rupere

2.1. Criteriul de rupere bazat pe factorul de intensitate a tensiunii

O fisurd se propaga atunci cand factorul de intensitate a tensiunii K; atinge
valoarea tenacitatii la rupere:

K, = aovmaf (%) <K, 2.1)

Deci o fisura, intr-un material fragil, nu se propaga atata timp cat factorul de
intensitate a tensiunii de la varful acesteia este mai mic decat factorul critic de
intensitate a tensiunii K;.. Denumit si tenacitate la rupere, reprezinta o caracteristica de
material si se determina experimental conform unor metodologii standardizate.

Aplicarea relatiei (2.1) implica urmatoarele:

o selectia materialelor din care sunt executate piesele sau elementele de
rezistenta, alegindu-se materiale cu tenacitatea la rupere K;. cat mai ridicata, in
conditiile unei temperaturi date;

. nivelul de solicitare al piesei trebuie sd fie diminuat prin reducerea
tensiunii nominale, pentru evitarea pe cat posibil ca efectul local al concentrarilor de
tensiune sa se manifeste in zona fisurata;

o controlul prin analize nedistructive a evolutiei fisurii, la anumite intervale
de timp.

La cele mentionate mai sus se adauga faptul cd materialul trebuie sa fie omogen
si izotrop avand o comportare initiald liniar-elastici urmatd de una ideal-plastica.
Concentrarea tensiunii la varful fisurii conduce la o plastifiere locald, prin formarea
unei enclave plastice. Este necesar ca aceastd enclava plasticd sa fie extrem de
restransa in comparatie cu lungimea fisurii, respectiv dimensiunile piesei, pentru a nu
influenta distributia tensiunilor elastice date de relatiile (1.16).

Mecanica ruperii materialelor in domeniul liniar-elastic este deci aplicabila
numai daca enclava plastici este foarte micd, ceea ce impune ca piesele sa aiba
dimensiuni cu mult superioare acestei zone, care se exprimi prin raportul Kj./a,. In
acest sens trebuie avute in vedere si prevederile standardelor care impun respectarea
conditiei starii plane de deformatie la determinarea experimentala a factorului critic de
intensitate a tensiunii K;., exprimata prin conditia:

27



K 2
B,a>25 (—) 2.2)

Cc

Criteriul (2.1) poate fi aplicat doar corpurilor fisurate solicitate Tn modul 1. Tn
cazul in care solicitarea se produce in modul mixt I1+I1, figura 2.1, criteriul de rupere

reprezintd o relatie intre factorii de intensitate ai tensiunii K;, K;; si tenacitatea la rupere
K;.:

f(K, Kip Kie) =0 (2.3)
iar unghiul sub care se propaga fisura se noteaza 6..

T

]
ko 2a ko
<~ 7 =
7y

a). placa solicitata biaxial cu fisura inclinata

b). tub cu fisurd inclinata solicitat cu presiune interioara
Figura 2.1. Cazuri de solicitare in modul mixt

In general, pentru a determina o relatie de tipul (2.3), se aplica criterii
fenomenologice, precum, maximul tensiunii circumferentiale, maximul fortei de
extensie a fisurii, etc. care vor fi prezentate Tn continuare, iar aprecierea ruperii se face
pe baza unei diagrame de rupere de forma celei din figura 2.2.

A

K /K. zona nesigura
@

L curba de rupere
zona sigura

> K /K.

Figura 2.2. Diagrama de rupere

Un punct aflat in interiorul curbei de rupere este in zona sigura, iar pentru un
punct aflat in exteriorul curbei de rupere se produce propagarea instabila a fisurii.
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2.2. Criteriul tensiunii circumferentiale maxime (criteriul MTS)

Criteriul tensiunii circumferentiale maxime denumit si criteriul MTS (maximum
tangential stress) a fost introdus de Erdogan si Sih (1963) la analiza extensiei fisurii
ntr-o stare bidimensionala de solicitare. A fost validat experimental pe placi cu fisura
strapunsa inclinata, realizate din plexiglas (PMMA) si solicitate la Intindere uniaxiala.

Ipotezele introduse de criteriul MTS pentru extensia fisurii Th materialele fragile
au fost formulate astfel, Gdoutos (1990) si Constantinescu (2003):

(i)  delavarful initial, extensia fisurii se produce in directia radiala definita de
unghiul critic & = 8, pe care tensiunea gy devine maxima;

(if)  extensia prin propagarea fisurii Tncepe cand tensiunea gy maxima atinge o
valoare criticd o, egald cu rezistenta de rupere la Intindere monoaxiala.

Ipotezele se exprimd matematic prin relatiile urmatoare:

60'9 620'9
Y _ 2 24
a0 -0 gz <0 24
si
09(0.) = o, (2.9)

Daca se retin doar termenii singulari, atunci tensiunile la varful fisurii, exprimate
n coordonatele polare r si 8, sunt date de relatiile:

- H[K (1+ '29)+K (3 in6 — 2t 9)] (2.62)
ar—\/ﬁcos2 I sin® > (5 sin an :
_ 1 9(1{ 29 3y '9) (2.6b)
ag—mcosz 1605 5 — o Kysin :
1 0
T = %_COSE [K;sin® + K;;(3cosf — 1)] (2.6¢)

Cu g, = 0 pentru starea planda de tensiune, respectiv o, = v(o, + gg) pentru starea
plana de deformatie.
Unghiul critic 6. de extensie a fisurii se determinad din relatia (2.6b) Tn baza
ipotezei (2.4) ca solutie a ecuatiei:
K;sind + K;;(3cos6 —1) =0 2.7

Se observa ca, in directia 6, de extensie a fisurii, tensiunea circumferentiala oy

este o tensiune normala principala, iar tensiunea tangentiala t,¢ Se anuleaza.
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Pentru calcul tensiunii og din relatia (2.6b), pe langa valoarea unghiului critic
0., se introduce si o raza critica 1, masurata de la varful initial al fisurii. Pentru a
depasi acest neajuns, se accepta ipoteza cd fisura se extinde in modul mixt cand
tensiunea gy atinge aceeasi valoare ca si in modul | echivalent, Gdoutos (1990). Astfel,
pentru K; = K;. , K;; = 0516, = 0, se obtine:

2nr. o, = K, (2.8)

iar conditia ruperii fragile In modul mixt I+II devine:

0 6. 3
00576 (K,cos2 76 — EK,,sinHC) =K, (2.9)

Tn modul mixt, combinatia intre modul I si II este caracterizatd prin parametrul
adimensional M€, introdus de Shih (1974):

Mé = E arctan (ﬁ> (2.10)
T Ky

Pentru modul | de solicitare (K; #0 , K;; =0, M® =1) criteriul MTS
estimeazd ca extensia fisurii se produce sub unghiul 6, = 0°, adica in planul fisurii
initiale, iar factorul de intensitate a tensiunii K; = K. . In schimb, pentru modul 11 de
solicitare (K; = 0, K;; # 0, M¢ = 0) extensia fisurii se produce in conditiile:

0, = —arccos(1/3) = =70,52°, Kj; = K;;. = +/3/4K;. = 0,866K,, (2.11)

Din ecuatia (2.4), daca se introduce parametrul M€ definit de (2.10), se obtine
diagrama de variatie a unghiului critic 8, de extensie a fisurii (figura 2.3). De
asemenea, eliminand unghiul 6, in ecuatiile (2.7) si (2.9) rezulta diagrama de rupere in
modul mixt (figura 2.4).

Datorita simplitatii sale criteriul MTS a fost utilizat pe larg In prezentarea si
analiza rezultatelor experimentale. Acuratetea in estimarea ruperii fragile in modul
mixt a fost examinata pentru o serie de materiale (PMMA, piatra, alumind) si tipuri de
epruvete (epruvete de Incovoiere in 4 puncte, disc brazilian cu fisurd centrald, semidisc
cu fisura solicitat la incovoiere in 3 puncte).

Astfel, o serie de rezultate experimentale au validat aplicabilitatea criteriului
MTS la evaluarea ruperii fragile Tn modul mixt I+1l, de exemplu cele publicate de
Maccagno si Knott (1989), Mahajah si Ravi-Chandar (1989). Spre deosebire de aceste
studii, numeroase alte rezultate experimentale nu au validat acuratetea criteriului MTS
in evaluarea ruperii fragile iIn modul mixt, Indeosebi la predominanta modului II de
solicitare. Sunt amintite in acest sens studiile publicate de Williams si Ewing (1972),
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Suresh s.a. (1990), Lim s.a. (1994), Khan si Al-Shayea (2000). Aceste rezultate
demonstreazd cd tensiunile nesingulare pot juca un rol important in stabilirea
conditiilor critice de extensie a fisurii Tn modul mixt de solicitare.

O generalizare a criteriului MTS (generalized maximum tangential stress
criterion sau criteriul GMTS), care ia Tn considerare efectul primilor doi termeni din
expresia tensiunii circumferentiale oy, a fost propusa de Smith s.a. (2001), (2006).

2.3. Generalizarea criteriului tensiunii circumferentiale maxime
(criteriul GMTYS)

Tensiunile elastice la varful fisurii, daca se retine si primul termen nesingular,
exprimate in coordonatele polare r si 8 sunt date de relatiile, Williams (1957):

-1 9[K(1+ '29)+K (3 ing — 2t 0)]+T 20 (2.12a)
oy = mcos 5 |Ki sin® - (5 sin anz cos :
16 6 3 -
Og = cos = (K,cos - — —K,,sm@) + T sin“6 (2.12b)
21r 2 2 2
1 0 . ,
Trg = mcosz [K;sinb + K;;(3cosO — 1)] — TsinbcosH (2.12¢)

unde tensiunea T reprezinta termenul nesingular. Pentru modul | de solicitare, Tn planul
fisurii initiale, adici la & = 0, termenul nesingular Tsin?@ din expresia tensiunii
circumferentiale og se anuleaza. Asadar, in acest caz si in baza criteriului MTS,
tensiunile nesingulare T nu schimba conditiile critice de extensie a fisurii initiale la
cedarea prin rupere fragild. Dimpotriva, in cazul modului mixt I+IlI de solicitare,
tensiunile nesingulare T nu sunt nule pe o directie 8 # 0 si astfel modificd conditiile
critice de extensie a fisurii initiale.

Daca se considera si efectul tensiunii nesingulare T, ipoteza (2.4) devine:

16T,/ 2, 6
[K;sinB + K;;(3cosf — 1)] — Tcsinzcow =0 (2.13)

Pentru raza criticd masurata de la varful fisurii 7 =7, din ecuatia (2.13) se
determind unghiul critic 6, de extensie a fisurii. Cei trei parametri K;, K;; si T de care
depinde solutia ecuatiei (2.13) caracterizeaza geometria solidului cu fisurd si
configuratia de Incarcare.
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Cu directia critica 8, de extensie stabilitd din ecuatia (2.13), conditia critica de
propagare a fisurii se determina din (2.12b):
6. 6. 3 . ,
J2nr, o, = cos > (K,cos2 > EK”SanC> + \/2mr. T sin?6, (2.14)
unde o, reprezinta valoarea criticd a tensiunii circumferentiale og la raza critica 7.
Pentru modul | de solicitare (K;; =0, T =0 si 8, =0), K; egaleazd valoarea
tenacitatii K., iar ecuatia (2.14) devine si in acest caz:

2nr. o, = Kj, (2.15)
unde 7, o, si K;. sunt caracteristici de material. Daca rezultatul (2.15) se introduce in
ecuatia (2.14), se obtine conditia critica de propagare a fisurii:

2 6. 3 . .
cos > (1’(1cos2 > EKHSLTIQC) +/2mr, T sin?6, = K. (2.16)
ecuatiile (2.13) si (2.16) reprezentdnd formularea matematica a criteriului GMTS.
Astfel, predictia conditiilor critice ale ruperii fragile se realizeazd pentru oricare
combinatie a modului mixt [+1I in functie de trei parametri K;, K;; si T.
Efectul tensiunilor nesingulare T in determinarea conditiilor critice de extensie a
fisurii la ruperea materialelor fragile a fost studiat de Smith s.a. (2001) prin
introducerea raportului de biaxialitate B:

B = TVma = Tvra (2.17)

Ker  \JK? + K7

unde K, este factorul efectiv de intensitate a tensiunii. Dacd se considerd lungimea

fisurii a si se adauga notatia @ = /21, /a, atunci ecuatiile (2.13) si (2.16) se modifica,
astfel:

16Ba 0
1sinf, + K;;(3cos6, — 1)] — ——K,rsin—cos0, = :
[K;sin6, + K;;(3cos6, — 1)] 3Kf'2C 6. =0 (2.18)
si
0. 20 3 . 5
cos?(K,cos > —EK”SlTlBC) + Ba K,y sin?6, = K. (2.19)
unde parametrul Ba este dat de relatia:
T K
Ba=— K—’; (2.20)
Cc e
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Tn intervalul de valori —0,6 < Ba < 0,375, Smith s.a. (2001) au stabilit o
solutie exacta pentru conditiile critice de extensie a fisurii Tn modul mixt I+I1.

80 1.4
& —8— GMTS (Bo=-0,5)
_6C70 R \_1.2 1 —aA— GMTS (Ba=0,375)
[T 60 - <
60 X 1.0 4
50
0.8 1
40
0.6 1
30
0.4 1
20
—8—GMTS (Ba=-0,5) |
0.2
10 { —&—GMTS (Ba=0,375)
0 —'MTS ' ' ' 0.0 . r r T
0.0 02 04 06 08 1.0 0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0

Me [-] K /K

Figura 2.3. Variatia unghiului 8, cu M*¢ Figura 2.4. Diagrama de rupere in modul mixt
(efectul tensiunii nesingulare T), Smith s.a. (efectul tensiunii nesingulare T), Smith s.a.
(2001) (2001)

Rezultatele ilustrate in figurile 2.3 si 2.4 sunt sugestive pentru comparatia
predictiilor dupa cele doua criterii de rupere:

° pentru Ba = 0, adica T = 0, solutia corespunde criteriului MTS;

o in modul mixt I+11 tensiunile nesingulare T influenteaza conditiile critice
de extensie a fisurii;

. in valori absolute, unghiul critic 8, creste pentru tensiuni nesingulare T
pozitive si scade pentru tensiuni nesingulare T negative;

. n modul Il de solicitare, valoarea critica a factorului de intensitate a
tensiunii Kj;. creste pentru tensiuni nesingulare T negative si creste pentru tensiuni
nesingulare T pozitive.

Dacd 0,375 < Ba, adica pentru valori ridicate ale tensiunii T sau raze mari ale
zonei de proces 7., cateva rezultate surprinzatoare sunt mentionate, Smith s.a. (2001),
Smith s.a. (2006):

° in modul | de solicitare unghiul critic 8, nu mai coincide cu planul fisurii,
tensiuni circumferentiale maxime producandu-se de ambele parti ale planului fisurii;

o pentru ambele moduri de solicitare I si II are loc o reducere a tenacitatii
determinate n aceste conditii.

De curand, criteriul GMTS a fost utilizat pentru analiza rezultatelor
experimentale si predictia conditiilor critice ale ruperii fragile in modul mixt I1+I1. Se
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aminteste Studiul lui Ayatollahi si Aliha (2005) realizat pe discul brazilian cu fisurd
centrald inclinata (CBD), solicitat la compresiune pe directia diametrului, pentru calcar
si gresie. Epruveta de tip semidisc cu fisurd laterala verticala solicitata la Tncovoiere in
3 puncte (ASCB) a fost introdusd de Ayatollahi s.a. (2011) pentru studiul ruperii
fragile Tn modul mixt I+Il pe PMMA. Epruveta ASCB si criteriul GMTS au fost
utilizate de Negru s.a. (2014) si Rus (2013) pentru evaluarea ruperii fragile a
materialelor poliuretanice. La predominanta modului II, predictiile bazate pe criteriul
GMTS sunt mai precise.

2.4. Criteriul energiei specifice de deformatie minima (criteriul S)

Criteriul energiei specifice de deformatie minima, cunoscut sub denumirea de
criteriul S (strain energy density failure criterion), a fost propus la inceputul anilor *70
de Sih (1973, 1974)). Criteriul S nu are ca premisa existenta unui defect initial de tip
fisurd si, de asemenea, se aplica la evaluarea cedarilor atat prin rupere fragila cat si prin
curgere plastica, abordand procesul de cedare de la stadiul de initiere la propagarea
stabila a fisurii si pana la ruperea finala, Gdoutos (1990).

Marimea utilizatd de criteriul S este energia de deformatie continutd in unitatea
de volum dW /dV, denumita functia energiei specifice de deformatie:

aw &ij
rii fo o;jde;j (2.21)
unde o; i sig; ; sunt componentele tensiunii si deformatiei.

Functia energiei specifice de deformatie este intr-o stare generald de tensiune,
pentru un material omogen si izotrop cu un comportament liniar-elastic, este data prin

relatia:
aw 1 v 1
WV =3E (62 + 0% +02)— E (040, + 0,0, + 0,0,) + % (t2, + 12, +1%4) (2.22)

Legatura Tntre caracteristicile elastice ale materialului este E = 2u(1 +v).
Energia specifica totala de deformatie dW /dV definitd prin (2.22) contine atat energia
specifica de modificare a volumului (dW /dV)y cat si energia specificd distorsionara
(dW/dV), , cele douda componente inseparabile Tn procesul de degradare a
materialului. In fapt, separarea energiei totale in cele douia componente implici

liniaritatea si superpozitia tensiunilor si deformatiilor.
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Pentru problemele plane, functia dW /dV data de (2.22) se simplifica, astfel:

dW_ilr+1
av - 4ul 4

(o, + ay)z - 2(0xay - T,zcy)] (2.23)

unde constanta elasticé k este k = 3 — 4v pentru starea pland de deformatie, respectiv
Kk = (3 —v)/(1 + v) pentru starea plana de tensiune.
Sih si Ho (1991) au introdus expresia generala pentru functia energiei specifice
de deformatie, aplicabild concentratorilor singulari de tipul crestatura V:
aw S
v riom

unde S este factorul energiei specifice de deformatiec, m =24 —1 cu A ordinul

m=0 (2.24)

singularitatii cAmpului de tensiune (functie de deschiderea unghiulara a crestaturii), iar
r este o raza finita masurata de la varful crestaturii (Sau punctul de initiere a ruperii).
Tn cazul solidului cu fisura, relatia de definitie (2.24) se simplifica:

aw _s (2.25)

v r
deoarece 1 = 0,5 si m = 0. Factorul S astfel definit r(dW /dV) reprezinta energia
eliberata local pentru extensia fisurii cu segmentul r. Singularitatea de tipul 1/r este
independenta de geometria fisurii (fisurd de suprafatd, de colt sau interioard) si legea

constitutiva a materialului (comportament liniar-elastic, neliniar vascos, plastic etc.).

Ipotezele criteriului S au fost enuntate de catre Sih (1974) si Gdoutos (1990),
astfel:

(i)  punctul de initiere a cedarii prin rupere fragila este determinat de minimul
energiei specifice de deformatic (dW/dV)in ., iar al cedarii prin curgere este
determinat de maximul energiei specifice de deformatie (dW /dV)pmax:

(if)  cedarea prin rupere fragila se produce atunci cand energia specificd de
deformatie (dW /dV)pmin, respectiv (dW /dV)axPentru cedarea prin curgere, atinge
valoarea critica corespunzaitoare;

(iii)  fisura se extinde treptat, pas cu pas, cu segmentele ry, 15, ... 7.
@K):ﬂzﬁzmzﬁ (2.26)

av /.

non T,

propagarea instabila a fisurii sau curgerea plastica se produce atunci cand ligamentul
atinge o valoare critica.
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Criteriul S a fost validat experimental pentru o serie de probleme practice:
ruperea fragila a materialelor compozite, cedarea placilor cu fisuri, cedarea conductelor
cu fisuri circumferentiale, ruperea dinamica sau ductila, propagarea fisurii de oboseala,
Gdoutos (1990). O comparatie a criteriilor MTS si S in predictia ruperii fragile in
modul mixt I+Il, pe epruvete ASCB realizate din douda materiale poliuretanice cu
densitati diferite, a fost publicatd de Negru s.a. (2014), Rus (2013).

Problema bidimensionala liniar-elastica a corpului cu fisurd. Din relatia (2.23)
in care a introdus tensiunile din zona de la varful fisurii exprimate in coordonate
carteziene, Sih (1973, 1974) a obtinut functia energiei specifice de deformatie in forma
patratica:

C;—V‘:/ = %(allklz + 2ag,kiky + azkfy) (2.27)
unde k; = K;/\/m si k;; = K;;/Nmr, asadar in problema considerati sunt cunoscuti
factorii de intensitate a tensiunii K; si Kj;. Coeficientii a;; (i,j = 1,2) depind de
constantele elastice u si k si sunt definiti prin functii trigonometrice de unghiul 6:

1
aq = E (14 cosO)(k — cos0)

1
i, = @sine[Zcosﬂ — (k—1)] (2.28)

ayy = % [(1=cos®)(k+ 1)+ (1+ cosB)(Bcosh —1)]

In continuare, pentru o grosime a elementului de volum egald cu unitatea, factorul

energiei specifice de deformatie S dat prin definitia (2.25) se scrie in relatia:
S = a11k12 + 2a12k1k11 + azzklzl (229)

fiind sensibil la schimbarea directiei, prin dependenta de unghiul 6.

Pentru ruperea fragila a corpurilor cu fisuri, caz in care extensia si instabilitatea
finala se suprapun, ruperea producandu-se brusc, primele douad ipoteze ale criteriului S
se formuleaza matematic:

(i) extensia fisurii se produce pe directia determinatd de unghiul critic 6.,
pentru care factorul S atinge o valoare minima

aS a2%s

— = — 2.30
5=0, 557>0 (2.30)
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(i)  extensia fisurii se produce atunci cand factorul S atinge valoarea critica,
pe directia stabilitd de unghiul 6,

Smin = S(6.) = ay ki + 2ay,k ky; + azkf; = S, (2.31)

unde S, este considerata o constantd de material, masura a tenacitatii lui. Pentru modul
I de solicitare, factorul critic S, se exprima in functie de tenacitatea la rupere K;:

— 1) Kf
=D )8_;; (2:32)
iar 1n cazul starii plane de deformatie prin relatia:
_ 2
5 _ 1+v)a 21/)& (2.33)

¢ s 2E
Deoarece factorul S definit prin (2.29) inceteaza sa mai fie valid pentru o raza r
infinit mica r = 0, Sih (1974) propune determinarea lui la o distantd critica r,,
masurata de la varful fisurii.
Daca factorul S din (2.26) se inlocuieste in (2.30), se stabileste directia de
extensie a fisurii ca solutie a sistemului de ecuatii:

K?[2cos8 — (k — 1)]sin8 + 2K;K;;[2c0s268 — (k — 1)cos8] + K3 (k — 1 — 6¢0s6)sinf = 0
K?[2c0s20 — (ic — 1)cosB] + 2K, K;;[(ic — 1)sinf — 4sin20] + K3[(x — 1)cosO — 6¢c0s20] > 0

(2.34)

Ecuatiile (2.32) si (2.34) reprezintd formularea matematica a criteriului S pentru
solicitarea Tn modul mixt I+II a unui corp cu fisura. Intr-o aplicatie dati, cu expresiile
cunoscute ale factorilor de intensitate a tensiunii K; si K;;, din ecuatiile (2.34) se
determina directia de extensie a fisurii stabilitd prin unghiul 8.. Din ecuatia (2.31) se
obtine sarcina aplicatd pentru care S,,;;, atinge valoarea critica S..

Conditiile critice de extensie a fisurii dupa criteriul S sunt ilustrate in figurile 2.5
si 2.6, pentru doua materiale poliuretanice cu densitati si coeficienti de contractie
transversala diferiti: Necuron 1020 cu v = 0,34 si Necuron 651 cu v = 0,28.

Rezultatele ilustrate sunt sugestive pentru comparatia predictiilor dupa criteriile
MTS si criteriul S:

J solutia criteriului S depinde de valoarea coeficientului lui Poisson si nu
coincide cu solutia data de criteriul MTS;
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. Tn modul 11 de solicitare, valorile unghiului critic de extensie a fisurii sunt
6. = —83,8° pentru v = 0,34 si 8, = —81,5° pentru v = 0,28, in comparatic cu
predictia 6, = —70,5° a criteriul MTS;

. in modul Il de solicitare, factorul critic de intensitate a tensiunii este
K. = 0,89K;, pentru v = 0,34 si K;;. = 0,98K,. pentru v = 0,28, in comparatie cu
K;c = 0,866K;, dupa criteriul MTS.

90
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-0, 80 1 N2 ™~ -
[l = &
70 ¥og |
60 1
50 06
40
30 i 04 N 2
20 — criteriul S - Necuron 1020 criteriul S - Necuron 1020 2
— = criteriul S - Necuron 651 0.2 1 — —criteriul S - Necuron 651
10 1—a— criteriul MTS A— criteriul MTS
0 T T T T * 0.0 T ‘ T T .
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0
Me [-] K7 Kie
Figura 2.5. Variatia unghiului 6, cu M, Figura 2.6. Diagrama de rupere Th modul
Rus (2013) mixt, Rus (2013)

Conditiile critice de extensie a fisurii dupa criteriul S sunt ilustrate in figurile 2.5
si 2.6, pentru doua materiale poliuretanice cu densitati si coeficienti de contractie
transversala diferiti: Necuron 1020 cu v = 0,34 si Necuron 651 cu v = 0,28.

Rezultatele ilustrate sunt sugestive pentru comparatia predictiilor dupa criteriile
MTS si criteriul S:

. solutia criteriului S depinde de valoarea coeficientului lui Poisson si nu
coincide cu solutia data de criteriul MTS;

o in modul 11 de solicitare, valorile unghiului critic de extensie a fisurii sunt
6. = —83,8° pentru v = 0,34 si 8, = —81,5° pentru v = 0,28, in comparatie cu
predictia 8, = —70,5° a criteriul MTS;

. Tn modul Il de solicitare, factorul critic de intensitate a tensiunii este
Kjc = 0,89K;, pentru v = 0,34 si K;;. = 0,98K;, pentru v = 0,28, in comparatie cu
Kj. = 0,866K;, dupa criteriul MTS.
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2.5. Criteriul fortei maxime de extensie a fisurii (Gmax)

Hussain s.a. (1974) au investigat extinderea infinitezinala a unei fisuri orientate
cu unghiul 6 si au exprimat forta de extensie a fisurii G in functie de factorii de
intensitate ai tensiunii K; si K;;, astfel:

60) = (K2©) + K3(©)) (2.39

Tnlocuind expresiile factorilor de intensitate ai tensiunii:
6

O\ (K cosd + S K, sind
{KI(H)} 4 1_E 1COS 2 smn

0

T

(2.36)

K;;(0) ~ 3+cos26 14

1
K cosf — EK,,sinH

rezulta:

0\ 2
4 1 \[1-=
G(9) = E(3+c0529> < Z) [KZ(1 + 3co0s%6) + 8K,K;; sin 6 cos 8 + K7 (9 — 5¢c05%6)]
142
T

(2.37)
Unghiul directiei de propagare a fisurii se obtine determinand maximul functiei G (6):
oG %G

3o, 0, =23 <0 (2.38)

0=6,

Extensia fisurii se produce atunci cand G(6,) atinge tenacitatea la rupere exprimata
prin valoarea criticd Gy,

KZ
G(6,) = G, = % (2.39)

Astfel, se obtine solutia:

1 21—
4(3+c0529) 1

+

b
2

27
K \* KK, K
> [(—I) (1 + 3cos?6,) + 8( II(ZII)sinB cosf + (K—”> (9 —5cos%6)| =1

ch Ic Ic

RIRIEIEN

(2.40)

Un criteriu de cedare similar a fost propus de Chang s.a. (2006) pentru modul
mixt genealizat.
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2.6. Criteriul factorului echivalent de intensitate a tensiunii

Richard (1985, 2005) a introdus factorul echivalent de intensitate a tensiunii
K,cp, drept parametrul pe baza caruia se evalueaza ruperea fragila (Equivalent stress
intensity factor criterion ESIF):

Koen = % +% IK? + 4(ak;)? < K;e (2.41)
unde a = K;./Kj;., iar K. si Ky sunt tenacitatile la rupere in modul 1, respectiv
modul Il. Conform criteriului ESIF, fisura incepe sa se propage atunci cand factorul
echivalent de intensitate a tensiunii atinge valoarea tenacitatii la rupere.

Pentru directia de propagare a fisurii, Richard propune o relatie bazatd pe un
numar considerabil de rezultate experimentale:

_ K| ) ( K, | )2
6.=7F(1555°——— | —834°( ————— (2.42)
¢ < |K;| + Ky |K;| + | Ky

Criteriul tine cont de ambele tenacitati la rupere K;. si Kj;., din acest motiv este
mai greu de aplicat. Dar, in acelasi timp, criteriul este mai exact, cu estimari mai
apropiate de rezultatele experimentale, Marsavina s.a.(2014).
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3. Calculul numeric al parametrilor de mecanica ruperii

3.1. Stadiul actual al utilizarii metodelor numerice in mecanica ruperii

Cresterea performantelor calculatoarelor electronice a facilitat dezvoltarea unor
metode noi pentru calculul structurilor. Astfel s-a dezvoltat in ultimii 40 de ani o noua
disciplind numita in limba engleza "Computational Mechanics", concept introdus de
Argyris (1960), care este de fapt o sinteza a mai multor discipline cu caracter analitic si
numeric dintre care trebuie amintite: mecanica teoretica si aplicatd, rezistenta
materialelor, teoria elasticitatii si plasticitatii, matematica aplicata si teoria aproximarii,
analiza numericd si programarea calculatoarelor. O ramura a acestei noi discipline se
numeste “"Computational Fracture Mechanics", adica n traducere, Mecanica ruperii
computationald, care se ocupa de modelarea si analiza numerica a problemelor care
prezinta discontinuitati geometrice de forma fisurilor. Pentru a demonstra interesul
manifestat pe plan mondial fatd de aceasta noua ramura, o cautare pe motorul Google
pentru "Computational Fracture Mechanics" a furnizat peste 550000 de rezultate.
Aceiasi cautare in anul 1998 a returnat peste 45.000 de adrese, ceea ce arata dinamica
acestui nou domeniu de cercetare, Marsavina (1998). O mare parte dintre adresele
returnate apartin unor universitati americane de prestigiu, precum Berkeley, Cornell
University, Clarkson University, Lehigh University, Kansas State University, University
of Illinois etc. si ale celor mai importante institute si laboratoare de cercetare americane
(de exemplu laboratorul NASA de la Langley), dar si ale unor universitati europene de
traditie, cum ar fi Oxford University, University of Glasgow, Wessex Institute of
Technology etc.

Cu ajutorul acestor informatii s-a putut contura nivelul actual al cercetarilor
privind utilizarea metodelor numerice pentru calculul parametrilor din Mecanica ruperii.
Principalele tendinte Tn acest sens sunt:

- utilizarea metodelor numerice pentru elaborarea unor programe cat mai
performante de calcul a parametrilor de Mecanica ruperii;

- determinarea prin analiza numerica a unor solutii pentru calculul parametrilor
de rupere si sintetizarea acestor solutii sub forma unor baze de date care sunt puse la
dispozitia proiectantilor si a inginerilor, care exploateaza elemente si Structuri de
rezistentd pentru efectuarea controlului in serviciu;

- Metoda Elementului Finit (MEF) este cea mai utilizatd dintre metodele
numerice de calcul a parametrilor din Mecanica ruperii. Totusi, la unele aplicatii este
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mai eficientd utilizarea Metodei Elementelor de Frontiera (MEFr), deoarece
dimensiunea problemei se reduce cu o unitate. Tn ultimii 10 ani s-au dezvoltat si aplicat
metodele "mesh - free" pentru simularea propagarii fisurilor;

- calculul numeric al parametrilor din Mecanica ruperii se aplica elementelor de
rezistenta din domeniul aerospatial si aeronautic, din centralele nucleare si
termoelectrice, constructiile metalice, masinilor si utilajelor grele din industriile
constructoare de masini, mineritului, la utilajele chimice etc.

3.2. Programe utilizate pentru calculul parametrilor din mecanica
ruperii

Data fiind complexitatea problemelor in care apar discontinuititi geometrice de
forma fisurilor, determinarea analitica a starii de tensiune si deformatie, precum si a
parametrilor caracteristici Mecanicii ruperii (factorul de intensitate a tensiunii K,
integrala de contur J, etc.), se poate face doar Intr-un numar limitat de cazuri, luand n
considerare unele ipoteze simplificatoare.

Pentru evaluarea parametrilor de Mecanica ruperii, la valori cat mai apropiate de
situatia reald, s-au dezvoltat programe de calcul. In general, aceste programe se bazeaza
pe Metoda elementelor finite sau pe Metoda elementelor de frontiera.

La ora actuala programele de analiza cu elemente finite utilizate in aplicatiile de
Mecanica Ruperii se Tmpart in: programe generale, programe specializate de analizi a
problemelor cu discontinuitati geometrice de tipul fisurilor, alte programe pentru
calculul parametrilor de Mecanica ruperii pe baza solutiilor analitice.

Programele generale de analiza cu elemente finite, pe 1anga analiza numerica a
tensiunilor si deformatiilor, au posibilitatea definirii unor fisuri, programul calculand
apoi parametrii caracteristici Mecanicii ruperii. Aceste programe sunt:

- ADINA, specializat pe analiza cu elemente finite in domeniul elasto-plastic,
calculand integrala J, dar avand si optiuni de modelare a propagarii fisurii sub actiunea
solicitarilor variabile.

- NASTRAN - PATRAN, care permite determinarea factorului de intensitate a
tensiunii K Tn domeniul liniar-elastic dar si a integralei J Tn domeniul elasto-plastic.
Modulul PATRAN permite estimarea duratei totale de viata prin calculul duratei pentru
initiere a fisurii, respectiv a duratei de propagare a fisurii pana la rupere.
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- ABAQUS, care poate fi utilizat atat in domeniul liniar-elastic cat si n
domeniul elasto-plastic. Programul poate lua in considerare efectele neliniare si
tranzitorii ce apar in timpul socurilor termice, avand si un modul pentru studiul
transferului de céldura si a tensiunilor produse de variatiile de temperatura.

- NISA, care este un program ce contine un modul foarte performant pentru
calculul parametrilor din Mecanicii ruperii liniar-elastice si elasto-plastice.

Dintre programele specializate de analiza a problemelor cu discontinuitati
geometrice de tipul fisurilor, se amintesc:

- programul WARP3D, elaborat de Computational Fracture Mechanics Group
de la University of Illinoys at Urbana-Champaign sub conducerea prof. R.H. Dodds, care
este un program de analizd cu elemente finite specializat pentru calculul structurilor
tridimensionale supuse solicitarilor statice sau dinamice; el permite calculul in domeniul
liniar-elastic, Tn domeniul elasto-plastic (calculeaza integrala J), dar si studiul cresterii
fisurii. Programul ruleaza in sistemul de operare UNIX implementat pe statii grafice de
tipul CRAY, HP 9000, IBM RISC 6000, Silicon Graphics;

- programul ZIP3D, dezvoltat la University of Georgia, este un program avansat
de analiza cu elemente finite a corpurilor tridimensionale fisurate; calculul fiind posibil
in domeniul liniar elastic (factorul de intensitate a tensiunii K prin metoda extensiei
virtuale a fisurii) sau elasto-plastic (integrala J si deplasarea de deschidere la varful
fisurii 8). Programul calculeaza parametrii de Mecanica ruperii in cazul modurilor mixte
de rupere. Acest program ruleaza pe platforme CRAY.

- programul FRANC3D, dezvoltat de un grup de cercetatori de la Cornell
University, avand autori principali pe A.R. Ingraffea si P. Wawrzynek, care este un
program pentru calculul factorilor de intensitate a tensiunii la corpuri tridimensionale cu
fisuri, Tn domeniul liniar-elastic. Programul are un modul care permite analiza cu
elemente finite a propagarii fisurilor. Programul FRANC3D are versiuni care ruleaza pe
statii grafice Silicon Graphics, Dec Alpha, IBM RISC6000, HP, dar si Tn sistemul de
operare Windows folosind un emulator de UNIX de genul EXCEED 3D sau CYGWIN.

- programele FRANC2D si FRANC2DL, sunt variante bidimensionale ale
programului FRANC3D, dezvoltate la Cornell University, respectiv Kansas State
University de prof. D. Swenson. Programul permite calculul: factorilor de intensitate a
tensiunii K; si K;;, fortei de extensie a fisurii G; si G; si integralelor de contur J; si J;; la
elemente de rezistenta plane cu fisuri, solicitate Tn domeniul liniar-elastic. O facilitate
suplimentara a programului este ¢a permite calculul structurilor plane multistrat cu fisuri.
Programul FRANC2DL permite si estimarea directiei de propagare a unei fisuri si
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traseaza variatia factorului de intensitate a tensiunii n functie de lungimea fisurii, Tn
cazul propagarii acesteia prin oboseala.

Mai sunt mentionate programele pentru calculul parametrilor de Mecanica
ruperii pe baza solutiilor analitice:

- programul NASRAC (realizat de NASA Marshall Space Flight Center) este
unul dintre primele programe de calcul a parametrilor de Mecanica ruperii, Harris-
Bianca (1987). El are posibilitatea calculului parametrilor caracteristici mediilor liniar-
elastice cu fisuri (factorului de intensitate a tensiunii K), mediilor elasto-plastice cu fisuri
(integrala J, deplasarea de deschidere la varful fisurii 6), determinarea vitezei de
propagare a fisurii da/dN sub actiunea ciclurilor de oboseala. Programul contine peste
30 de geometrii pentru care se pot calcula parametrii de mecanica ruperii, pentru
cresterea fisurii dispune de 7 modele, are posibilitatea de a lua in considerare fenomenul
de ntérziere la cresterea fisurii si poate fi utilizat la studiul acumularii defectelor.

- programul NASGRO, dezvoltat la NASA Johnson Space Center, se bazeaza
pe principiile Mecanicii ruperii si contine trei module: NASFLA care permite calculul
factorilor de intensitate a tensiunii pentru o serie de geometrii si incarcari de corpuri
fisurate din biblioteca programului, NASBEM un modul 2D de calcul a factorilor de
intensitate a tensiunii bazat pe metoda elementelor de frontierda si NASMAT o baza de
date cu peste 9000 de date cu proprietati de material.

- programul CRACK2000 se bazeaza pe principiile Mecanicii ruperii in
domeniul liniar - elastic pentru estimarea durabilitatii corpurilor fisurate. Programul are
implementate 51 de solutii pentru factorii de intensitatea ai tensiunii, care sunt folosite
pentru propagarea fisurilor.

- programul VATTPACK, care determina parametrii de rupere K si / pentru
placi, inveliguri subtiri, tuburi, recipiente care contin defecte de suprafata sau interioare
si sunt supuse unor socuri termice. Programul a fost elaborat de specialistii de la ABB
Impell, din care a facut parte si prof. dr. ing. M. Ratiu, (1985).

- programul ENDURE, elaborat de Engineering Mechanics Research Center,
este un program care permite analiza parametrilor de rupere si a duratei de viata a
structurilor. Programul contine mai multe modele pentru a stabili initierea fisurii, precum
si pentru estimarea propagérii fisurii. Permite calculul factorului de intensitate a tensiunii
K, a fortei de extensie a fisurii G, a integralei J sau deplasarii de deschidere la varful
fisurii &, pentru o serie de modele de geometrii cu fisuri care pot fi supuse la diferite
tipuri de incarcari, dintre care trebuie mentionate incarcari dinamice si aleatorii. Acest
program ruleaza sub sistem Unix pe statii grafice.
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- programul AFGROW pentru studiul propagarii fisurilor sub actiunea
solicitarilor variabile cu amplitudine constanta sau variabild, dezvoltat la Air Force
Research Laboratory din SUA. Acest program contine o biblioteca cu solutii de corpuri
cu fisuri si o foarte importanta baza de date cu proprietati de mecanica ruperii pentru un
numar foarte mare de aliaje din otel, aluminiu si titan folosite in industria aeronautica.

- programul FASTRAN 11, elaborat la NASA Langley Research Center, pentru
calculul propagarii prin oboseala a fisurilor. Astfel, selectand una dintre cele 17 modele
de geometrii fisurate si definind ciclul de solicitare care poate fi cu amplitudine
constantd, cu amplitudine variabild sau spectrul solicitarii, programul calculeaza viteza
de crestere a fisurii da/dN 1n functie de variatia factorului de intensitate a tensiunii AK;,
respectiv variatia numarului de cicluri N, in functie de lungimea fisurii a. Programul ia
in considerare efectele de plasticitate de la varful fisurii, precum si fenomenele de
retardare sau accelerare a propagarii fisurii in cazul incarcarilor cu amplitudine variabila.

- programul NASA/FLAGRO, realizat de specialistii de la NASA Lockheed
Engineering & Sciences Co., este un program pentru calculul duratei de viata a unei
structuri si a dimensiunilor critice ale unei fisuri, dimensiuni la care se produce ruperea
instabila. Programul contine o baza de date cuprinzand solutii cu factorul de intensitate
a tensiunii pentru diferite geometrii cu fisuri si o baza de date cuprinzand caracteristicile
de material: limita de curgere o, rezistenta la rupere R, si tenacitatea la rupere Kj.
pentru cele mai utilizate materiale (oteluri, aliaje de aluminiu, etc.).

- programul COVASTOL, program specializat in analiza probabilistica a
cresterii fisurii, estimarea duratei de viata si evaluarea probabilitatii de rupere.

in cazul in care nu se dispune de un program care si permita calculul parametrilor
de Mecanica ruperii, pentru determinarea acestora se poate utiliza un program general
de analiza cu elemente finite (COSMOS/M, ANSY'S, ALGOR, I-DEAS etc.), in care se
modeleaza discontinuitatea geometrica, urmand ca evaluarea parametrilor de rupere sa
se facd pe baza datelor de iesire obtinute in urma ruldrii programului (tensiuni, deplasari,
energie de deformatie).

Trebuie subliniat faptul cd toate aceste programe se afld intr-o continua
modernizare si diversificare.

Pentru a avea 0 imagine generala a utilizarii programelor de calcul la diferite
niveluri ale evaluarii sigurantei In exploatare a elementelor de rezistenta, se va relua
ordinograma prezentatda in capitolul 1 intr-o prezentare din punctul de vedere al
programelor de calcul, figura 3.1.
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ELEMENTUL DE REZISTENTA

L 4 *
DEFINIREA _ DEFINIREA FISURI CARACT.
GEOMETRIEI INCARCARILOR DE MATERIAL
Freprocesare cu
elemente finite ANALIZA ANALIZA Gc, Rm, KV
ADINA - dimamica nedistructiva : Kic . Jic
COSMOS /M - oboseala - localizarea si
ABAQUS - termica dimensiunile
PATRAN fisurilor
ANSYS
MARC
I-DEAS
AMALIZA, NUCLEATIA
TENSIUNILOR MICROFISURI
ADIMA , ANSYS
ABAQUS  MARC Eﬁ%&iﬁ
COSMOSM FLAGRO
AFGROW
w
IANALIE__'A PARAMETR. DE MECANICII RUPERII —
Domeniul liniar-elastic Domeniul elasto-plastic
- NASTRAN -ABAQUS
- ADIMA, -WARP3D
-MNASCRAC -ZIP3D
-FRAMNC 3D -MASTRAM
. J
COVASTOL : ENDURE
+
ESTIMAREA DURATEI DE VIATA EVALUAREA PROBABILITATII DE RUPERE
MASTRAN, FLAGRO, FASTRAM COVASTOL , ENDURE

» w»

EVALUAREA SIGURANTEI IN EXPLOATARE AER

Figura 3.1. Programe utilizate in diverse etape pentru evaluarea sigurantei in exploatare
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In concluzie la ora actuali la indemana inginerilor exista o mare diversitate de
programe, bazate pe analiza numerica, pentru calculul parametrilor din Mecanica ruperii,
rolul acestora fiind de a utiliza eficient aceste programe in vederea solutionarii
problemelor practice aparute Tn proiectare si in exploatare.

3.3. Utilizarea metodei elementului finite pentru calculul parametrilor
din mecanica ruperii

Calculul numeric al parametrilor din Mecanica ruperii s-a impus in ultima vreme
datorita complexitatii geometriei corpurilor cu fisuri. La ora actuald Metoda Elementelor
Finite (MEF) este cea mai utilizatd metoda de determinare numericd a factorului de
intensitate a tensiunii. Aspectele particulare ale utilizarii MEF pentru calculul factorului
de intensitate a tensiunii se refera la:

» modelarea singularitatii varfului fisurii;
= utilizarea calculului numeric pentru determinarea factorului de intensitate a tensiunii.

3.3.1 Modelarea singularitatii varfului de tensiune

Studiile initiale, de analiza cu elemente finite Tn probleme de Mecanica ruperii,
folosesc elemente finite conventionale, Parsons si Hall (1989). Pentru obtinerea unei
precizii adecvate a cAmpurilor singulare de tensiune si deformatie de la varful fisurii a
fost necesara o discretizare extrem de fina in jurul varfului fisurii. Dezvoltarile ulterioare
au impus utilizarea elementelor finite speciale prin care s-au obtinut precizii superioare
n conditiile unor discretizari mai grosiere, Heymann (1979).

Trebuie retinute doud procedee distincte pentru modelarea singularitatii cdmpului
de tensiune si deformatie de la varful fisurii, si anume:

1. alegerea unor functii de interpolare speciale pentru aproximarea deplasarilor;

2. schimbarea pozitiei unor noduri, astfel incat pentru unul din nodurile
elementului sa se obtina o singularitate a deformatiilor.

Primul procedeu se aplicd in general elementelor finite triunghiulare cu 6 noduri,
functiile de interpolare alegandu-se astfel incat la unul din noduri deformatiile specifice
sa prezinte o singularitate de forma =P, Yu si Wilson (1978).

Studiile ulterioare au reliefat ca pentru a gasi o solutie numerica eficienta, in cazul
problemelor cu discontinuitati geometrice de forma fisurilor, este avantajoasa utilizarea
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unor elemente izoparametrice speciale la varful fisurii, Furgiuele si Luchi (1989).
Acestea se obtin prin deplasarea nodurilor de la mijlocul laturilor (la elementele
izoparametrice cu 8 noduri) la 1/4 din latura elementului finit, spre nodul in care se
doreste obtinerea singularitatii. Aceste elemente modeleazd direct singularitatea
campului elastic de deformatie 1/+/r, in vecinatatea varfului fisurii, prin intermediul
matricei de transformare a coordonatelor.

Tn continuare, se prezinti modul de modelare a singularitatii la varful fisurii pentru
elementul izoparametric cu 8 noduri prin suprapunerea a 3 noduri si deplasarea nodurilor
de la mijlocul laturilor adiacente varfului fisurii spre nodul considerat varful fisurii,
figura 3.2.

7 6 5 Ny Varful fisurii
l n
3
8 —> 4 —— X

7,81

(§)
(V)

Figura 3.2. Obtinerea elementului singular (b) pornind de la elementul izoparametric cu 8
noduri (a)

Pornind de la elementul izoparametric dreptunghiular cu 8 noduri (figura 3.2)
pentru care functiile de interpolare, de-a lungul axei n = 0, au forma:

1
N1=N3=N5=N7=—Z(1—fz)

1
N, =N6=§(1—S(2)

" (3.1)
Ny =51+

1
Ng =§(1—f)

pentru modelarea singularitatii varfului fisurii nodurile 7 si 8 se suprapun peste nodul 1,
iar nodurile 2 si 6 se deplaseaza la distanta L, /4.
Considerand ca origine a sistemului nodul 1, din figura 3.2b se observa ca:
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X1 =x7;=xg=0
L
1
x2=x6=—
4

x3=x4=x5=L1

(3.2)

Tindnd cont de relatiile dintre coordonatele naturale (7n,&) si coordonatele

generale (x, y):
8 8
X = Z Nix;;  y= Z N;y; (3.3)
i=1 i=1

si de relatiile (3.1) si (3.2) se obtine:

_bigggye =—1+2 |~ 3.4
x—z( +&)° sau &=-1+ L_1 (3.4)

Variatia deplasarii u de-a lungul axei x se exprima prin intermediul functiilor de
interpolare si a deplasarilor nodale u; sub forma:

8
u= Z Nl-ul- (35)
i=1

din care, tinnd cont de expresiile functiilor de interpolare N; (3.1), se obtine:
1 1 1 1
u= _Z(l =&y +uz +us +uy) +§(1 — &) (uy + up) +§(1 +uy +§(1 = ug (3.6)

Deformatia specifica se calculeaza conform definitiei:

du 0¢du
T %x T oxoc
unde ®_1 , respectiv din relatia (3.6):
ox \/Ll_x >
ou 1
a—€=§€(u1+u3+u5+u7)+§(u4—u8) (3.7)

Astfel inlocuind Tn expresia deformatiei specifice derivatele partiale de mai sus si
tindnd cont de relatia dintre coordonatele ¢ si x, respectiv cd u; = u, = ug, rezulta:

1
&y = L—(Zu1 +ug + us — 2uy — 2ug) — Guy +uz +us —uy —2u; — 2us)  (3.8)
1

1
2 Lix
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Se observa ca variatia deformatiei specifice €, prezintd o singularitate in nodul 1
de ordinul 1/+/x sau, daci exprimarea se face in functie de raza polari, aceasta este de
ordinul 1/+/r. Aceeasi variatie a deformatiei specifice se obtine si pentru componenta
&y. Utilizand astfel de elemente se poate obtine singularitatea campului de deformatie,
respectiv tensiune pentru toate directiile radiale ce pornesc din nodul 1.

3.3.2. Determinarea factorului de intensitate a tensiunii

In programele de analizi cu elemente finite utilizate in aplicatiile de Mecanica
ruperii dupa determinarea deplasarilor, deformatiilor specifice si a tensiunilor se trece la
calculul parametrilor specifici Mecanicii ruperii. La ora actuala factorul de intensitate a
tensiunii este unanim acceptat ca parametru ce caracterizeaza cdmpul de deformatii si
tensiuni din jurul fisurilor pentru materiale cu comportare liniar-elastica. Determinarea
factorului de intensitate a tensiunii cand se utilizeaza programele de analiza cu elemente
finite are la baza diferite metode, Chen si Xie (1992), Robinson (1973). Cele mai utilizate
vor fi tratate in cele ce urmeze.

a). Metoda extrapolirii deplasarii

Pe baza deplasdrilor obtinute in urma rezolvarii sistemului algebric de ecuatii si a
solutiei lui Irwin (1957) de reprezentare a tensiunilor si deplasarilor in jurul fisurii se
poate trece la determinarea factorului de intensitate a tensiunii.

Expresiile generale ale deplasarilor in vecinatatea unei fisuri in functie de factorii
de intensitate a tensiunii K; si K;; si coordonatele polare (r, 8) sunt:

_ K [(2 1) 6 39] K / [(2 +3) S ]
4‘[1 X — COS2 CoSs 2 4'[,[ X Sll’l2 sin

/ [(2 +1) 6 39]+K” / [(2 3) o+ 30]
X Sll’l2 sin 4'[,[ X — COS2 COoS 2

unde K;, K;; reprezinta factorii de intensitate ai tensiunii corespunzatori modurilor I,
respectiv IT de solicitare; u modulul de elasticitate transversal; y = (3 —v)/(1 +v)

(3.9)

pentru starea plana de tensiune si y = 3 — 4v pentru starea plana de deformatie; v
coeficientul lui Poisson.
Pe baza relatiilor de mai sus se pot exprima factorii de intensitate ai tensiunii, dupa

cum urmeaza:
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¥ — 1) cos= — cos— o
K, 2 2 _ 4y _{u}
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2y+1) sz — sm7
(3.10)
6 36

—(2)(+3)sin§—sin7 2

Ku o (=% |71

-2y —-3) cosi — cos7

Distanta, r

Varful fisurii

Figura 3.3. Aplicarea metodei extrapolérii deplasarilor

Avand cunoscute deplasarile u, v din nodurile considerate de-a lungul unei
directii radiale ce porneste din varful fisurii, care face unghiul 6 cu directia x, se poate
trasa variatia factorilor de intensitate ai tensiunii aparenti K; sau K;; in functie de raza
polara r, figura 3.3a. Variatia factorului de intensitate a tensiunii in functie de distanta r
se poate asimila ca fiind liniara. Prin extrapolare lar = 0 se obtine valoarea factorului
de intensitate a tensiunii la varful fisurii, figura 3.3b.

Creager si Paris (1967) prezinta un studiu al preciziei estimarii factorului de
intensitate a tensiunii prin metoda extrapoldrii deplasarii, studiu in care se prezinta
limitele acestei metode precum si valorile unghiului 6 pentru care se obtine o buna
precizie la determinarea factorului de intensitate a tensiunii.

Dintre avantajele acestei metode trebuie amintite: simplitatea si faptul ca
utilizeaza ca marimi de calcul deplasarile nodale care se obtin Tn urma analizei cu
elemente finite; posibilitatea de a fi utilizata in cazul aplicatiilor Tn conditiile unor moduri
mixte de deplasare a flancurilor fisurii. Dezavantajele metodei constau in faptul ca pentru

aplicarea ei este necesara cunoasterea solutiei campului de deplasari din vecinatatea
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varfului fisurii (aceste solutii nefiind cunoscute Tn cazul anumitor materiale compozite,
la interfata dintre materialele multistrat etc.), iar precizia estimarii este influentata de
finetea discretizarii, de alegerea directiei dupa care se face extrapolarea, de numarul si
pozitia nodurilor considerate.

b). Metoda fortei de extensie a fisurii

Forta de extensie a fisurii, G este un alt parametru al Mecanicii ruperii in domeniul
liniar-elastic.

R EEEEEE

RN EEREN!

Figura 3.4. Corp cu fisurd de lungime a si extensia acesteia da
Daca se considerd cd o fisurd de lungime a avanseazd sub actiunea incarcarilor
exterioare cu o cantitate infinitezimala da, in acelasi timp producandu-se o eliberare a
energiei elastice de deformatie dU, forta de extensie a fisurii se defineste:
_dau
"~ da
Aceasta marime se mai numeste si rata de eliberare a energiei de deformatie.

Legatura dintre forta de extensie a fisurii G si factorul de intensitate a tensiunii K este
dati in Mecanica ruperii liniar-elastice sub forma:

K, = (E*- 61)0'5} K = (E*- Gu)o’s (3-12)

G (3.11)

unde K;, K;; sunt factorii de intensitate ai tensiunii corespunzatori modurilor I respectiv
Il de deplasare a flancurilor fisurii; G;,G;; sunt fortele de extensie a fisurii
corespunzatoare modurilor I si /I de deplasare a flancurilor fisurii; E* = E pentru starea

pland de tensiune si E* = E /(1 — v?) pentru starea plani de deformatie.
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Pentru evaluarea factorului de intensitate a tensiunii prin aceastd metoda se
ruleaza analiza cu elemente finite pentru doua lungimi diferite ale fisurii: a si a + da,
(figura 3.4). Se calculeaza energia specifica de deformatie pentru ambele cazuri U;, U,,
respectiv variatia energiei specifice de deformatie:

au = Uy — U, (3.13)

Energia specificd de deformatie se calculeaza pe baza vectorului deplasarilor
totale {f} si a matricei de rigiditate a structurii [K] dupa rezolvarea sistemului algebric
de ecuatii:

U= {f} KIS} (3.14)

Apoi, cu relatia (3.11) se calculeaza forta de extensie a fisurii G, iar corespunzator
modului de deplasare a flancurilor fisurii, cu una din relatiile (3.12), se poate determina
valoarea factorului de intensitate a tensiunii K.

Avantajul principal al acestei metode constd in obtinerea unei precizii ridicate a
estimarii factorului de intensitate a tensiunii, precizie care nu este influentata de finetea
discretizarii. In plus aceastd metoda da rezultate satisfacatoare chiar daca nu se utilizeaza
elemente finite singulare.

Trebuie subliniat ca aceastd metoda necesita rezolvarea numericd a problemei
pentru doud lungimi diferite ale fisurii a si a + da, ceea ce duce la dublarea volumului
de calcul, fapt ce constituie un dezavantaj.

c). Metoda extensiei virtuale a fisurii

Metoda reprezinta o varianta a celei prezentate anterior. Extinderea fisurii are loc
prin deplasarea nodurilor retelei de discretizare, din zona varfului acesteia, cu o distanta
infinitezimala da pe directia fisurii.

Metoda porneste de la integralele lui Irwin pentru evaluarea fortelor de extensie a
fisurii, considerand o extensie virtuala AL, Ingraffea si Wawrzynek (2003), figura 3.5:

AL
G, = li ! =x,0=0 = AL 6 =m)d
;= Air—r}omj 0yy(r=x,0 = 0)v(r = AL —x,6 = m)dr
°. (3.15)
Gy = Ali‘i‘omf Tey(r =x,0 =0)v(r = AL — x,0 = m)dr

0
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Figura 3.5. Extensia virtuala a fisurii

Rybicki si Kanninen (1977) implementeaza algoritmul de calcul in analiza liniara
cu elemente finite nesingulare folosind o discretizare fina la varful fisurii cu marimea
elementului egala cu extensia AL, figura 3.6.

Fe i
L T yood PoX
—— C : :
-
b '
A4
(a)| AL '| AL | AL |
a). Prima analiza b). Analiza 2a dupa extensia fisurii

Figura 3.6. Discretizarea locala in vecinatatea fisurii
Integralele din relatia (3.15) pot fi exprimate pe baza fortelor nodale Fy, F, si
deplasarilor nodale u, v:
G, = LF;(vC -v4)

2AL (3.16)

Gy Fxc(uc — ud)

T 2L

unde c, d reprezinta nodurile corespunzatoare pozitiei fisurii initiale in analiza a doua
dupi extensia fisurii. Dacad AL este suficient de mic v¢ = v?#, respectiv u® = u?, rezulta

ca.
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1
G = —Ff(v* —vP)
cak (3.17)

Gy E(u® —uP)

T 2AL
In consecinti, valorile fortelor de extensie a fisurii pot fi determinate printr-0
singura analiza cu elemente finite avand o discretizare suficient de fina la varful fisurii,
pe baza fortelor si deplasarilor nodale din nodurile a, b aflate pe flancurile fisurii,
adiacente varfului fisurii.
Aceasta metodologie a fost aplicata elementelor singulare prezentate figura 3.7,
Ramamurthy s.a. (1996), sub forma:

1
GI = E(ClleA + ClZFyF + Cl3FyG)(uJB; - ui) + (CZleA + szFyF + C23Fy6)(u§ — u:)D/)

(3.18)
1
Gy = A_a(CanA + CioFf + CiaEE) W — uf) + (Co B + CpoFf + CoaEF) (ug — ug)
unde coeficientii Cy4, C12, C13, Cyq, Cy3, Co3 au valorile:
c 33m 5. 17 21m c 21m 32
11 =~ T 924 12 = - 13 = —5 T 94
2 4 2 (3.19)
33m 7w 7 21m
Ci=14-—= Cp=—F-5 (3=8-—"

iar A,B,C,D,E, F, G reprezinta nodurile elementelor adiacente varfului fisurii.

Figura 3.7. Aplicarea metodei extensiei virtuale a fisurii la elemente singulare

Aceasta metoda asociata elementelor singulare este implementata in programele
FRANC2D pentru determinarea parametrilor de Mecanica ruperii.

Prin luarea in considerare, la calculul factorului de intensitate a tensiunii, doar a
elementelor adiacente véarfului fisurii, scade semnificativ volumul de calcule ceea ce
reprezinta principalul avantaj al metodei. De asemenea precizia estimarii este ridicata si
nu este influentata de finetea discretizarii. Metoda permite calculul fortelor de extensie

a fisurii si a factorilor de intensitate a tensiunii si pentru modurile mixte [ si I1.
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4. Determinarea experimentala a parametrilor din mecanica
ruperii

4.1. Introducere

Pe langa metodele analitice si numerice, pentru determinarea parametrilor de
Mecanica ruperii si a cdmpurilor de tensiune si deformatie din vecinatatea fisurilor se
utilizeaza si metode experimentale.

Adaptarea metodelor de analizd experimentald a tensiunilor pentru determinarea
parametrilor de Mecanica ruperii a preocupat in ultimii 30 de ani foarte multi cercetatori.

Dintre metodele experimentale utilizate la calculul parametrilor de mecanica ruperii
trebuie amintite:

= metoda fotoelasticimetriei,

= metoda causticelor,

=  metoda tensometriei electrice rezistive,
=  metoda termoelasticimetriei,

= metode interferometrice si holografice,
* metoda corelarii digitale a imaginilor,
= metoda lacurilor casante,

* metode combinate.

Metoda fotoelasticimetriei este cea mai utilizata, preocuparea in acest sens fiind de a
gasi algoritmi de interpretare a datelor fotoelastice in parametrii de Mecanica ruperii,
Bradley si Kobayashi (1970), Chen (1995), Chen si Wang (1994), Etheridge si Dally
(1977), Ghita si Marsavina (2002), Gdoutos si Papakaliatakis (1982), Hyde si Warrior
(1990), Iliescu s. a. (1994), Nurse si Patterson (1990), Smith si Smith (1970).

Metoda causticelor dezvoltata de P.S. Teocharis (1972, 1975) propune determinarea
parametrilor de Mecanica ruperii: factorul de intensitate a tensiunii, raza zonei plastice,
ordinul singularitatii campului de tensiune din vecinatatea unei fisuri pe baza analizei curbei
caustice. Ulterior metoda causticelor a fost utilizata si pentru determinarea experimentala a
valorii integralei J la materiale cu comportare elasto-plastica, Lee si Hong (1993). Exemple
ale utilizarii metodei causticelor pentru determinarea parametrilor de Mecanica ruperii sunt
prezentate de Freund s.a. (1982), Gdoutos (1986), Theocaris si Petrou (1986), Theocaris si
Philippidis (1987, 1989).

Tensometria electrica rezistiva fiind o metoda experimentala foarte precisa, avand o
mare sensibilitate, masuratorile efectuandu-se in conditii reale de functionare, direct pe
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structura reala este o altd metoda utilizata la determinarea parametrilor de mecanica ruperii.
Cassi Tn cazul fotoelasticimetriei, s-au dezvoltat diferite procedee de estimare a parametrilor
de rupere pe baza masuratorilor tensometrice. Berger (1986, 1988), Dally si Sanford (1985)
si Sanford (1979) au dezvoltat diferite metode de determinare a factorului de intensitate a
tensiunii folosind traductoare electrice rezistive. De asemenea Itoh s.a. (1988) propun
determinarea factorului de intensitate a tensiunii prin metoda extrapolarii deformatiilor,
masuratorile realizindu-se cu ajutorul unei rozete speciale.

Metoda termoelasticimetriei se bazeazd pe masurarea variatiilor de temperatura,
produse de solicitarile variabile, care sunt proportionale cu suma tensiunilor principale.
Dezvoltarea sistemelor termoelastice dupa anii ‘90 a condus la adaptarea acestora pentru
investigarea corpurilor fisurate si la implementarea unor algoritmi de extragere a
parametrilor de Mecanica ruperii din datele termoelastice Stanley s.a. (1986, 1993, 1996),
Tomlinson s.a (1997), Dulieu-Barton s.a (2000), Tomlinson si Marsavina (2004).

Bazele utilizarii interferometriei si holografiei pentru determinarea factorului de
intensitate a tensiunii au fost puse de Post (1985), respectiv Dudderar s.a. (1985). Totusi,
aceste metode nu s-au impus deoarece densitatea mare a franjelor la varful fisurilor, datorita
concentrarii puternice a tensiunilor face imposibila numararea acestor franje, deci evaluarea
parametrilor de rupere se face cu erori mari. Totusi Tippur-Rosakis (1991) prezinta aplicatii
ale interferometriei pentru determinarea parametrilor de Mecanica ruperii.

Metoda lacurilor casante este o metoda calitativa care permite localizarea zonelor cu
puternice concentrari ale tensiunilor, la sarcini mult sub incarcarea reala a structurii. Ea este
utilizatd ca metoda nedistructiva pentru localizarea aparitiei fisurilor. Prin aceasta metoda
este dificild determinarea cantitativd a stirii de tensiune, respectiv a parametrilor de
Mecanica ruperii.

S-a ncercat combinarea metodelor experimentale pentru determinarea parametrilor
de Mecanica ruperii, ca de exemplu fotoelasticimetrie cu tensometrie electrica rezistiva
Iliescu s.a. (1994), fotoelesticimetrie cu interferometrie Smith (1987, 1991), Smith s.a.
(1989), respectiv fotoelasticimetrie cu termoelasticimetrie, Marsavina s.a. (2008), astfel

ncét estimarea parametrilor de Mecanica ruperii sa se faca cu o precizie cat mai ridicata.
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4.2. Metoda fotoelasticimetriei. Interpretarea datelor fotoelastice

Fotoelasticimetria a fost una din primele metode experimentale cu care s-a ncercat
determinarea starii de tensiune si deformatie din vecinatatea fisurilor. Primele incercari
apartin lui Irwin, prelucrarea datelor fotoelastice baz&ndu-se pe solutia aproximativa a lui
Irwin.

Daca metoda fotoelasticimetriei este deja o metoda experimentala clasica, aplicarea
ei la studiul starii de tensiune din jurul fisurilor si la estimarea parametrilor de mecanica
ruperii este de stricta actualitate. Etheridge si Dally (1977), Aradya si Srianth (1986),
Berkovits s.a. (1974), Bradley si Kobayashi (1970), Marloff si Leven (1971), Smith si Smith
(1970), Smith si Epstein (1982), Rao si Narayanan (1989), Theotokoglu s.a. (1989), prezinta
aplicatii ale metodei fotoelasticimetriei pentru determinarea parametrilor de Mecanica
ruperii.

Fotoelasticimetria este o metoda optica de analiza experimentala a starii de tensiune,
care se bazeaza pe proprietatea de birefringentd accidentald a unor materiale transparente,
omogene si izotrope din punct de vedere optic in stare nesolicitata, dar care solicitate devin
optic active. Practic birefringenta accidentala constd in descompunerea unui fascicol de
lumina polarizata (liniar sau circular), la trecerea printr-o placa birefringentd, in doua
fascicole polarizate, paralele cu directiile tensiunilor principale.

Irwin a aratat ca factorul de intensitate a tensiunii, corespunzitor modului I de
deplasare a flancurilor fisurii, K, poate fi determinat dintr-o singura izocromata ce apare pe
modelul fotoelastic cu fisura. Figura 4.1 prezintd doua imagini fotoelastice obtinute pentru
o platbanda solicitata la tractiune monoaxiald avand fisura de margine normala pe directia
de solicitare (a.) - solicitata in modul I, respectiv inclinata fata de directia de solicitare (b.)
- solicitatd in modul mixt I + II. Imaginile s-au obtinut intr-un polariscop circular iluminat
cu o sursd de lumind monocromata

De-a lungul anilor multi cercetatori au incercat sa dea metode proprii de transformare
a datelor fotoelastice Tn parametrii de Mecanicii ruperii. In continuare se vor prezenta cateva
dintre cele mai folosite astfel de metode.
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a. Metoda Irwin

Pentru a lua in considerare tensiunile nesingulare ce apar datorita conditiilor de
incarcare si rezemare, Irwin introduce pe langa factorul de intensitate a tensiunii K;, 0
tensiune nesingulara orientata de-a lungul directiei Ox, paralela cu directia tensiunii g .

Introducand tensiunea nesingulara oy, Tn solutia Irwin datd de ecuatiile (1.16),
aceasta se poate rescrie, pentru modul I de deplasare a flancurilor fisurii, avand o placa
semi-infinita fisurata supusa unei incarcari monoaxiale, sub forma:

a). fisurd normald (Modul I) b). Fisura inclinatd (Modul mixt)

Figura 4.1. Imagini fotoelastice pentru o platbanda solicitata monoaxial si avand fisura laterala

K; 0 AL
Oy = cos—(l — sin—=sin —) — Opx

21r 2 2 2
K; 0 .6 30

oy = WCOSE (1 + smism 7) (4.2)
K 6 6 30

Ty = sin—cos—cos—

2nr 2 2 2
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Tensiunea tangentiald maxima t,, exprimata cu ajutorul tensiunilor gy, gy, $i Ty,

este:
2 2
(2t)? = (01 — 02)% = (Oxx — 0yy) " + (274y) 4.2)
Tnlocuind in relatia (4.2) tensiunile cu expresiile (4.1) se obtine:
KI ZJOxKI 360
27,,)% = ——=sin%0 + sin @ sin— + ¢ 4.3

Apoi Irwin, studiind geometria franjei izocromatei obtinute in vecinatatea fisurii,
figura 4.2 a observat ca punctul m corespunde pozitiei extreme a franjei izocromate, adica
pentrur =1, 0 = 0,,:

0ty
06

Astfel, derivand expresia tensiunii tangentiale maxime t,, Tn raport cu unghiul 6 si

inlocuind 6 = 6,, sir = ny, Se obtine:

=0 (4.9

0t
00

Figura 4.2. Reprezentarea mijlocului franjei izocromate

K; sin 8,, cos 6,,
Oox = — 4.5
V27T cos )y, sin% + %sin O, cOS % (4-3)

Cei doi parametri necunoscuti K; si 0y, Se determina rezolvand sistemul format din
ecuatiile (4.3) si (4.4), In functie de tensiunea tangentiala maxima t,,, obtinand:

—21,, cos b,

Oox 1/2

cos% (cos2 O + K4 sin? Bm)

4
_ 2Ty 21y 14 (

sin 8,

1 (4.6)
T (e

3tg O,

! 3tg b,
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Practic, dacd n urma incércarii unui model fotoelastic, pe imaginea din analizor se
obtine O izocromatd, pe care se poate masura raza maxima 1,,, respectiv unghiul 8,, si
tindnd cont de legea cantitativa a fotoelasticimetriei:

Ty =2 %2 > 2 _ % (4.7)
unde k,; este ordinul franjei izocromate iar f,; constanta fotoelastica a materialului, se poate
determina tensiunea tangentiala maxima t,,. Apoi cu relatiile (4.5) si (4.6) se pot calcula
factorul de intensitate a tensiunii K, si tensiunea nesingulara o, pe baza datelor
fotoelastice.

Studiind variatia parametrilor K; si 6, Tn functie de unghiul maxim al izocromatei
0., dintr-un model fotoelastic cu fisurd se desprind urmatoarele concluzii:

- reprezentdnd raportul oy, /(27,,) - figura 4.3, respectiv K;/(2tm/2n1,) -
figura 4.4, in functie de unghiul de nclinare al izocromatei 6,,, se observa ca din punct de
vedere fizic metoda Irwin este aplicabila pentru valori ale unghiului 6, cuprinse intre
(69,4° — 148,8°)

- mai mult, pentru valori ale unghiului 6,,, cuprinse intre (73,5° — 134°), abaterea
n estimarea valorii K;este de +2%.

- precizia masurdrii unghiului 6,,,, respectiv a razei r, influenteaza semnificativ

precizia determindrii parametrilor K; si 0,

20 15
10 1
Cox _ K
21.m 22’m 1|‘2 m
0 \ 0.5 / \
-1 0
60 100 140 180 60 90 120 150
O [°] b []

Figura 4.3. Variatia raportului 6, /(27,,)  Figura 4.4. Variatia raportului K,/(Z‘L'm1 / 27Trm)
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b. Metoda Bradley - Kobayashi

Ulterior Bradley si Kobayashi (1970), Kobayashi s.a. (1972, 1976) studiind starea de
tensiune Tntr-un model fotoelastic, in timpul incarcarii dinamice prin intermediul unei pene
figura 4.5.a, pentru a reduce influenta unghiului 6,, asupra preciziei de determinare a

factorului de intensitate a tensiunii, considerd componenta nesingulara a tensiunii de forma:

Opx = Q0 = @ —— (4.8)

Vra

unde o este tensiunea aplicata asupra modelului perpendicular pe directia fisurii, & este un
coeficient (in cazul particular « = 1 = 0y, = 0), a reprezintad lungimea fisurii si K;
factorul de intensitate a tensiunii.

Folosind aceasta substitutie Tn expresia tensiunii tangentiale maxime (4.3) se obtine:

K? ’Zr 30 2ra?
2tn)?% = 2_7;" sin? 0 + 2a ;sin 0 sin7 + . (4.9)

Daca se deriveaza aceasta ecuatie Tn raport cu unghiul 8 si se anuleaza derivata

pentrur = r, si @ = 6, conditia (4.4), se obtine:

21 —sin @, cos @
a /—m= T m3 = T (4.10)
@ cosb, sinTm +5sinb, cosTm

Din relatia (4.9) factorul de intensitate a tensiunii se poate exprima sub forma:

2T/ 21Ty,

Inlocuind in aceastd expresie relatia (4.10), in urma efectudrii calculelor se obtine
expresia factorului de intensitate a tensiunii sub forma:

KI=

360 _1
+21T /21T, 2tg—" 2 \?
e R | (4.12)
sin 6,, 3tgl, 3tg O,

unde valoarea pozitiva corespunde domeniului 69,4° < 6,, < 148,8°.
Comparénd expresiile factorului de intensitate a tensiunii date de metoda Irwin,
relatia (4.6) si de metoda Bradley-Kobayashi, relatia (4.12), se observa ca ele sunt identice.
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\ Stifturi de
N //

e
V a
Ep uveta 0 60 90 120 150 180
(model fotoelastic) Om []

B

a. Schita Incercarii

b. Variatia raportului a+/ (21, /a)
Figura 4.5. Metoda Bradley - Kobayashi

Ca si la metoda precedenta inlocuind 271, = k,f, conform legii cantitative a
fotoelasticimetriei, se poate determina cu relatia (4.12) valoarea factorului de intensitate a
tensiunii K;.

Bradley si Kobayashi au studiat erorile produse in determinarea factorului de
intensitate a tensiunii K; cand unghiul 6,,, se apropie de valorile 69,4°, respectiv 148,8°. n
aceste zone mici erori in masurarea unghiului 8,,,, produc mari erori in evaluarea factorului
de intensitate a tensiunii K;. Pentru a minimaliza aceste erori cei doi autori propun folosirea
a doui franje izocromate. In acest caz, se incarca modelul pani la nivelul la care in imaginea
din analizor se obtin doua franje izocromate.

Scriind ecuatia (4.12) pentru cele doua franje si efectuand diferenta dintre acestea se
obtine:

K = Zm(‘[ml - Tmz)m
! faZ\/r_l - fal\/g

unde: ry, 1, suntrazele celor doud izocromate; T,,1, T2 SUNt tensiunile tangentiale maxime

(4.13)

corespunzatoare celor doud izocromate; k44, k5, ordinul izocromatei; f;; valoarea benzii.
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Astfel, factorul de intensitate a tensiunii K; se determind utilizind izocromatele
avand ordinele de banda k4, k.o, respectiv cu tensiunile tangentiale T,,; = kg1 f5/2 si
Tmz = Ko2f5/2.

Studiind variatia parametrului a+/(2r,,/a) In functie de unghiul de inclinare al
izocromatei 6,,,, figura 4.5.b, Bradley si Kobayashi au aratat ¢ pentru 82° < 6,,, < 113°,
acest parametru are o valoare mica (mai mica de 0,2), ceea ce reflecta ca variatia acestui
parametru in domeniul mentionat, este aproape insensibila la variatia unghiului 8,,,. Deci,
dacd se fac erori la masurarea unghiului 6,, in domeniul amintit, aceste erori un vor
influenta esential valoarea factorului de intensitate a tensiunii K;, ceea ce prezinta un mare
avantaj in comparatie cu metoda lrwin.

c. Metoda Schroedel - Smith

Schroedel si Smith (1974), propun, pentru interpretarea datelor fotoelastice,
utilizarea ordinului benzii franjelor izocromate pe o dreaptd perpendiculard pe directia

fisurii, adica 8 = 90°. Introducand aceasta valoare a unghiului 8 in relatia (4.3) se obtine:

K? Ko,
@Tp)* =5+ ==
2nr  Amr

Ecuatia (4.14) poate fi asimilata unei ecuatii de gradul doi in K;, sub forma:

+ 0, (4.14)

K Kioox
2nr NTIT

care are radacina pozitiva:
K; = Vrr[(8t2, — 04,)Y? — 0px] (4.15)

Smith simplificd relatia (4.15) neglijand termenul o2, in comparatie cu 872, ,
obtinand Tn final:

+ 05, — 412, =0

K, = \/ﬂT(Z\/ETm - O'Ox) (4.16)
Separarea parametrilor K; si a,, se face adoptand tehnica diferentei a lui Bradley-
Kobayashi, adica considerand doua franje izocromate i si j, figura 4.6, la care se masoara
distantele 7; respectiv r;, perpendicular pe directia fisurii (6 = 90°) si se calculeazd
tensiunile tangentiale maxime corespunzatoare: 2T,,; = kq;if, reSPectiv 2t,,; = kqjfs-

Daca se scrie ecuatia (4.16) pentru cele doua franje i si j si se elimind tensiunea
nesingulara g, Se obtine expresia factorului de intensitate a tensiunii sub forma:
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ZTmi — ZTm]

B (4.17)
g

KI = VZT[r

Determinénd valorile factorului de intensitate a tensiunii K; cu relatia (4.17) pentru
toate combinatiile posibile ale perechilor de franje izocromate (i, j), care apar pe model in
urma incdrcarii, se obtine un set de valori K;;, care este supus apoi analizei statistice.
Aceasta consta in determinarea:

- mediei aritmetice

n
1
K:_ZK' 4.18
1 n.l Ii ( )
1=

- abaterii medii patratice

n

1 =
Sk = ‘r_lz n;(Ky; — Kp)? (4.19)

i=1

unde n este numarul de perechi pentru care se determina factorul de intensitate a tensiunii
Kj;.

Fisura

Figura 4.6. Doua franje izocromate i,

Pentru cresterea preciziei determindrii se elimind apoi din setul de date K;;, cui €
[1,n], cele m valori care depdsesc intervalul K; + sk, , iar cu valorile ramase se

recalculeaza valoarea medie:
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1 n-m
Kimea = — z Kii (4.20)
=1

Utilizand aceasta prelucrare statistica erorile in estimarea factorului de intensitate a tensiunii
nu depdsesc + 5%, daca razele 7; §i 7; se masoara fara erori si ordinele de banda ks, kg
se determina cat mai precis, utilizand procedeele de compensare Tardy sau de multiplicare
a ordinului de banda Post.

d. Metoda Smith

C.W. Smith (1986, 1987, 1991) propune utilizarea unui alt algoritm pentru
determinarea factorului de intensitate a tensiunii in vecindtatea unei fisuri, pe baza datelor
obtinute in urma analizei fotoelastice.

Smith exprima tensiunea tangentiala maxima, data de relatia (4.14) si scrisd pentru
6 = 90°, sub forma:

K Op
Tmed = N + 78

unde o, /+/8 reprezinti influenta tensiunii nesingulare asupra tensiunii tangentiale maxime.
Apoi defineste factorul de intensitate a tensiunii aparent:

(4.21)

Kip = 1,,V8nr (422)

si imparte ecuatia (4.21) cu ovma, unde o reprezinta tensiunea cu care se realizeaza
incarcarea, a este lungimea fisurii pentru fisuri marginale sau semilungimea fisurii pentru
fisuri inglobate Tn corp. Se obtine:

1/2

a

Kap _ K % (T) (4.23)

ovma oVma ©

Reprezentand ecuatia (4.23), adica K,p /ov/ma In functie de (r/a)/?, figura4.7, se

obtine o dreapti ce are panta g,/c. Prin extrapolare pentru (r/a)/? = 0 se obtine

valoarea factorului de intensitate a tensiunii K, pentru modul | de deplasare a flancurilor
fisurii, corespunzitor singularitatii campului de tensiune, creatd la varful fisurii.

Experienta a aratat cd precizia maxima in evaluarea factorului de intensitate a

tensiunii K; prin aceasta metoda, se obtine daca se iau in considerare doar punctele cuprinse

inintervalul (r/a)/? € [0,2 ... 0,4]. Explicatia acestui fenomen este reliefata in figura 4.8,
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in care s-a reprezentat variatia tensiunii a,,, in functie de distanta de la varful fisurii. Se
observa trei zone distincte:

- zona | puternic deformatd, in care tensiunile depdsesc limita de curgere,
reprezinta enclava plastica ce se formeaza la varful fisurii;

K,{P
25 O
i - - -
- - - n
27[]_ h -
v _
r 1.5
/( | K
Fisura_——mt/ 10 —
isura -
s x 10 o
) 0.5 \/E
1 a
0.0 . . . . . ‘ . . . ,
0.0 0.1 0.2 0.3 04 05

Figura 4.7. Metoda Smith

- zona 2 in care sunt valabile conceptele mecanicii ruperii liniar-elastice,
reprezentand regiunea in care singularitatea campului de tensiune este predominanta. Smith
a aratat ca zona 2 se extinde in intervalul 0,2 < (r/a)'/? < 0,4, Smith (1970).

- zona 3 care este afectatd puternic de conditiile de Incarcare si rezemare si este

caracterizata de tensiunea nesingulara oy.

P 1 - zona neliniara de la varful fisurii
YA .. . L.

2 - zona liniar elastica, caracterizata de
singularitatea cAmpului de tensiune

3 - zona nesingulara

Fisura

Figura 4.8. Domeniul de validitate a metodei Smith

Tn concluzie, trasand dreapta de ecuatie (4.23) si luand in considerare doar datele ce

se incadreaza in zona 2, cu masurarea coordonatei r perpendicular pe directia fisurii, se
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poate determina apoi atat valoarea tensiunii nesingulare oo din panta dreptei trasate, cat si
valoarea factorului de intensitate a tensiunii K; la intersectia dreptei de regresie cu axa
K,p/oVma, adica pentru r = 0.

4.3. Metoda tensometriei electrice rezistive

Determinarea starii de tensiune si de deformatie intr-un punct de pe suprafata unei
structuri cu ajutorul tehnicilor tensometriei electrice, se bazeaza, in general, pe
transformarea variatiei deformatiei specifice din punctul respectiv, n variatia unei marimi
electrice, prin intermediul unui element de circuit, care poartd numele de traductor. Dupa
tipul elementului de circuit folosit ca traductor, tensometria electricd cunoaste mai multe
tehnici experimentale: tensometria electro-rezistivd (traductorul fiind un rezistor),
tensometria electro-inductiva (traductorul fiind o bobind), tensometria electro-capacitiva
(traductorul fiind un condensator) si tensometria semiconductiva (traductorul fiind un
semiconductor). Tehnicile tensometrice care utilizeazd traductoare capacitive si
semiconductoare permit determinarea unor deformatii foarte mici, cu precizie ridicata.

Fata de alte metode de determinare a deformatiei unui corp solicitat, tensometria
electrica prezinta o serie de avantaje, dar si dezavantaje. Ca avantaje trebuie amintite:

- pentru masuratori nu se modifica forma piesei sau structurii,

- se pot efectua masuratori in conditii reale de functionare a pieselor atat in regim
static cat si dinamic de solicitare,

- prezinta sensibilitate si precizie ridicate,

- locul de masurare al deformatiei poate fi situat la distanta relativ mare fata de locul
de inregistrare si prelucrare a datelor,

- datele obtinute pot fi stocate, memorate sau transmise (chiar prin radio) la distante
mari de locul unde se efectueaza masuratorile.

Principalul dezavantaj il constituie faptul cd nu indica zonele cele mai solicitate ale
piesei. Stabilirea zonelor de solicitare maxima se face de catre utilizator, ceea ce poate
implica un mare risc si imprecizie. Rezultate foarte bune se pot obtine daca tensometria
electrica se utilizeaza in combinatie cu alte metode experimentale sau chiar analitice,
acestea indicand zonele de solicitare maxima.

Tensometria electrica rezistiva este utilizata la diferite aplicatii in analiza corpurilor
cu fisuri. Pe langa determinarea stirii de deformatie si tensiune, existd traductoare
tensometrice speciale care sa identifice initierea fisurii (figura 4.9.a), respectiv pentru
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determinarea vitezei de propagare a fisurii se folosesc traductoare multifir (figura 4.9.b.-d.)
la care cunoscand distanta dintre fire se poate estima viteza de propagare a fisurii.

HE EFEF 9

C. d.
Figura 4.9. Traductoare tensiometrice utilizate pentru detectarea initierii, respectiv pentru
monitorizarea propagarii fisurii
Traductoarele de forta si cele pentru masurarea deplasarii de deschidere a flancurilor
fisurii utilizate la determinarea tenacitatii de rupere se bazeazd de asemenea pe metoda
tensometriei electrice rezistive, utilizind punti de traductoare rezistive. De asemenea, la
nregistrarea spectrelor de solicitare se folosesc traductoare electrice rezistive.

Algoritmul de determinare a factorilor de intensitate a tensiunii folosind un traductor
electric rezistiv. Sanford (1979) a generalizat solutia lui Westergaard, considerand o
functie complexa definita ca suma de doua functii ce pot fi exprimate ca dezvoltarii in serii.
Campul de tensiuni din zona frontului fisurii dintr-un corp infinit, stabilit prin solutiile
analitice anterior mentionate, este influentat de modul de incércare si de geometria corpului
studiat. Berger (1986) utilizeaza tensometria electrica rezistiva pentru determinarea factorul
de intensitate al tensiunii. Pornind de la analiza lui Sanford, acestia stabilesc zona optima
n care se poate determina experimental factorul de intensitate al tensiunii si determina
valoarea acestuia, luand in considerare pana la doisprezece termeni ai dezvoltarii in serie.
S-a observat cd solutia 1n trei termeni este suficient de precisd, aceasta fiind mai des
utilizata.

Cea mai simpla procedura de a determina factorul de intensitate a tensiunii a fost
propusa de Dally si Sanford (1985) folosind un timbru tensometric cu baza mica de masura

pozitionat la distanta (r, 0) de varful fisurii, Fig.4.10. S-a propus exprimarea deformatiei
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specifice €,, pe directia x', care face unghiul a cu directia x, prin trei termeni semnificativi:
termenul singular »~1/2 plus doi termeni nesingulari r°, respectiv r1/2:

y' X'
o
AN
r traductor rezistiv
—_ V)
.
—_ X

Figura 4.10. Pozitionarea traductorului in punctul A

1 6 1 0
= Z v i 1. S0 .
2ue,r = Agr (k cos - 2sml951n 5 Cos 2a+251n9cos 5 sin 20() w24

1 0 0 1
+By(k + cos2a) + A;r2 cos (k + sin? - 08 2a — Esin 6 sin 20()

unde u reprezintd modulul de elasticitate transversal, iar k = (1 —v)/(1+ v), v fiind
coeficientul lui Poisson. Coeficientii necunoscuti Ay, By si A; depind de geometria piesei
si de solicitare, coeficientul termenului nesingular fiind exprimat pe baza factorului de

intensitate a tensiunii:
Ay = K (4.25)
V2m
Pentru a determina factorul de intensitate a tensiunii printr-o masurare ar trebui
eliminati termenii nesingulari. Astfel pentru eliminarea lui By:

1—-v
k+cos2a =0=cos2a=—-k=— (4.26)
1+v

Deci prin rezolvarea ecuatiei trigonometrice (4.26) se obtine unghiul o, care indica

directia de orientare a traductorului.
Pentru eliminarea lui A;:

tg(0/2) = —ctga (4.27)
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Astfel printr-0 pozitionare judicioasa a traductorului electric rezistiv, astfel incat sa
fie satisfacute conditiile (4.26) si (4.27) pentru unghiurile a si 6, expresia deformatiei
specifice €, depinde doar de K; si de coordonatele polare (r, ) ale traductorului:

K 6 1 360 1
2ue,r = ' (k cos= — = sin 6 sin — cos 2a + = sin 6 cos —sin 2a (4.28)
¥ \2mr 2 2 2 2 2

Aceasta metodologie a fost extinsa apoi de Dally si Berger (1986) pentru
determinarea factorilor de intensitate a tensiunii K; si K;; in modul mixt, iar pentru cresterea
preciziei determinarii s-a propus 0 metoda supra determinista Berger si Dally (1988).

4.4. Metoda termoelasticimetriei
4.4.1. Efectul termoelastic

Orice substanta solidd, lichida sau gazoasa devine mai calda sau mai rece atunci cand
isi modifica volumul sub actiunea unei solicitari. Acest fenomen cunoscut sub numele de
efectul termoelastic, conduce la incélzire daca este produs de o solicitare de compresiune,
respectiv la racire daca este produs de o solicitare de Intindere.

Variatia de temperatura se exprima sub forma:
aT
AT = ——— (Ao, + Ady) (4.29)
PGy

unde «a este coeficientul de dilatare termica, T temperatura absoluta, p densitatea, iar Ao,
si Ag,, variatia tensiunilor.
Efectul termoelastic reprezinta o conversie reversibild si adiabatica intre energia

mecanica §i cea termica.
4.4.2. Analiza termoelastica a tensiunilor

Prin analiza termoelasticd a tensiunilor se masoara temperatura sau variatia
temperaturii de pe suprafata unei piese solicitate la oboseala. O camera in infrarosu (IR)
permite inregistrarea distributiei variatiei de temperatura. Schema bloc pentru analiza
termoelastica a tensiunilor este prezentatd in figura 4.11.

Pentru a extrage variatia tensiunilor produse de variatia de solicitare un amplificator-

corelator coreleaza semnalul termoelastic cu un semnal de referinta preluat de la traductorul
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de forta sau de la un timbru tensomentric lipit pe piesd. Rezultdnd astfel amplitudinea
semnalului termoelastic si faza. Intregul proces de achizitie este controlat prin intermediul
unui calculator. Astfel, variatia sumei tensiunilor este proportionala cu amplitudinea
semnalului termoelastic S:

Ao = (Aoy + Agy) = (Ao + Aoy) = AS (4.30)

unde A reprezinta o constanta de calibrare. Constanta de calibrare se determina cunoscand
caracteristicile camerei IR, sau se face o calibrare pentru o piesa din acelasi material cu cea
investigata dar la care se cunoaste distributia tensiunii, sau se foloseste o rozeta tensometrica

si se compara tensiunile masurate prin tensometrie cu cele termoelastice.

Corelator
Semnal de referinti Referinti Inp. Amplitudine

Semnal Input Faza |
Traductor
forta
d |

Semmnal detector

Epruvetd

D Camera IR

l Control camera

Figura 4.11. Schema bloc a masuratorilor termoelastice

La ora actuald existd mai multe tipuri de camere de infrarosu folosite in analiza
termoelastica a tensiunilor si anume:

- cu un detector din Cadmiu - Mercur -Telur (sistemul SPATE) care prin intermediul
unui sistem de oglinzi scaneaza suprafata piesei, figura 4.12.a,

- cu 0 matrice de detectori Indiu - Stibiu (128x128 sau 256 x 320) care masoara
variatia de temperatura in acelasi timp (sistemul DeltaTherm), figura 4.12.b.

Analiza termoelasticd a tensiunilor este o metodd de cAmp si non contact, care

necesitd o minimd preparare a suprafetei, vopsirea cu un strat de vopsea neagra pentru
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uniformizarea

emisivitatii,

acestea

fiind principalele

avantaje  ale

metodei.

Termoelasticimetria poate masura variatii ale tensiunii de ordinul 1 MPa pentru oteluri si
aliaje de titan, de 0,5 MPa pentru aliaje de aluminiu, respectiv 0,05 MPa pentru rasini

epoxidice.

a. SPATE

b. DeltaTherm

Figura 4.12. Camere IR

4.4.3. Determinarea parametrilor de mecanica ruperii prin termoelasticimetrie

Avantajele oferite de metoda termoelasticimetriei au recomandat utilizarea acesteia
la corpurile cu fisuri pentru determinarea variatiei factorilor de intensitate a tensiunii si a

vitezei de propagare a fisurilor. Astfel, pentru o placa solicitata in modul mixt (I si I1),

figura 4.13, Stanley (1991) a propus o metodologie de determinare a variatiei factorilor de
intensitate a tensiunilor AK; si AK;; bazata pe termoelasticimetrie.

Variatiile componentelor campului de tensiune la varful fisurii este datd de solutia

Irwin:
Ao, AK
Aoy | = !
ATxy 27r

1 —sinfsin—
sin sin—
30

36

sin @ sin—
2

— 39_

1+ sinBsin7 +

-0 (2 +oos % e0s 38
sm2 COS2 CcoSs )
8 6 30
Sin 2 COoS 2 COoS 2

j

0 (1 | 39)
| COS2 SlIl2 CoS ) |

(4.31)

unde AK; = Kimax — Kimin $1AK;; = Kipmax — Kimmin teprezintd variatia factorilor de
intensitate a tensiunii Th modul I respectiv I1, iar (r, 8) sunt coordonatele polare pentru un
sistem cu originea la varful fisurii, figura 4.13.
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Modul Il

7N

Modul |

a. modurile de solicitare b. cAmpul de tensiune la varful fisurii
Figura 4.13. Placa solicitata in modul mixt (I si II)

Utilizand un sistem de masuratori termoelastic conform relatia (4.30) variatia sumei
tensiunilor A(crx + ay) este proportionald cu semnalul termoelastic S, prin intermediul
constantei de proportionalitate A.

Tnlocuind expresiile tensiunilor Ac,. si Aoy din relatia (4.31) in relatia (4.30) rezulta:

20K, 0 2AK, 6 w32
= cos— — sin— .
22nr 2 \Rmar 2

care indicd legatura dintre semnalul termoelastic S si AK; si AK;; intr-un punct de
coordonate (r, 8) din vecinatatea fisurilor.

Figura 4.14. Imagine termoelastica specificd modului mixt de solicitare
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Relatia (4.32) poate fi utilizatd pentru determinarea factorilor de intensitate a
tensiunii in modurile I, I1 sau mixt. O imagine termoelastica necalibrata obtinuta in modul
mixt este reprezentata in figura 4.14.

Modul I de incircare
Corespunzator modului I de solicitare AK;; = 0 si inlocuind r = y/ sin 6 ecuatia
(4.32) devine:

2AK; — 7]
AS = sin 8 cos — (4.33)

J2my 2
Derivata partiala a semnalului termoelastic S Tn raport cu unghiul 8 se anuleaza
pentru 8 = 60°, astfel:

20K, (V3\2V3
= —— (=) =2 (4.39)
A 2wy \ 2 2
sau
3vV3AK?\ 1
y=(—t ) (4.35)
4mA Siax

Semnalul termoelastic se interogheaza de-a lungul unor linii paralele cu fisura
(y =constant), identificindu-se semnalul termoelastic maxim de-a lungul acestor linii.
Astfel, se observi ci y este proportional cu 1/S2,,, si daci se cunoaste constanta de
calibrare A factorul de intensitate a tensiunii K; poate fi obtinut din panta curbei y =
f(1/S2.4), figura 4.15.

Cu valoarea pantei m obtinuta prin interpolare se determina AK;din relatia:

3V3AK? 4TmA?
=" S AK = 4.36
M= Tgmar o f 3v3 (4.30)

Metoda are avantajul cd nu necesitd cunoasterea cu precizie a pozitiei varfului fisurii.

Modul II de incircare
Pentru modul 11 de solicitare AK; = 0 si inlocuind din nou r = y/ sin @ din relatia
(4.32) se obtine:

20K,

\2my

0
AS = in @ sin—
sin @ sin (4.37)
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Derivata partiald a lui S Tn raport cu 6 se anuleaza si se obtine semnalul maxim
pentru 8 = +120°. Considerand valoarea pozitiva a lui 8 relatia dintre y si S, 4, devine:

(3\/§AK,2,> 1
y=\—Fz |

A2 (4.38)

Srznax
Relatia (4.38) este similara cu relatia (4.35) si permite aflarea lui AK}; cunoscand
panta dreptei y = f(1/S2,,) si constanta de calibrare A.

2.0E-07 4.0E-07 6.0E-07 8.0E-07

&
v

-1 - *

-3 y=m(1/Smax?)+n .

1/Smax?

Fig. 4.15. Reprezentareay = f(1/52,,) cu panta (=2 - 10~7)

Modul mixt de incércare

Stanley si Chen (1996) aplica aceiasi metodologie pentru fisuri In modul mixt.
Stanley si Dulieu-Smith (1996) investigand fisuri de margine si interior inclinate fata de
directia de solicitare arata ca locul geometric al punctelor de egal semnal termoelastic este
reprezentat de o curba cardioidd centrata in varful fisurii. Prin determinarea ariei si orientdrii
acestei curbe se pot obtine variatiile factorilor de intensitate a tensiunii, Dulieu-Barton s.a
(2000).

Tomlinson s.a. (1997) propun o procedurd bazati pe compararea solutiei analitice
Mushkelishvili, cu pana la 10 termeni a cdmpului de tensiune, din vecinatatea fisurilor cu
cea determinata experimental. Un algoritm numeric Newton-Raphson combinat cu metoda
celor mai mici patrate este utilizat pentru obtinerea variatiei factorilor de intensitate a
tensiunii i a termenilor nesingulari. Procedura fiind aplicatd cu succes pentru fisuri in
corpuri solicitate biaxial Tn modul mixt, Tomlinson si Marsavina (2004).
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5. Calculul durabilitatii pieselor cu concentratori de tensiune

Deseori, Tn exploatare, componentele structurale sunt solicitate de sarcini care
variazd periodic in timp, numite sarcini variabile. In sectiunile puternic solicitate, de
exemplu Tn zona concentratorilor de tensiune, aceste sarcini variabile produc deteriorari
(degradari) locale ale materialului la nivel microscopic, a cdror acumulare in timp
conduce la initierea si propagarea fisurilor de oboseala si, in final, la ruperea
componentei respective. Fenomenul de acumulare a deteriorarilor ca rezultat al
solicitarilor variabile, ce produce in final ruperea componentei structurale, se numeste
oboseala.

In continuare, sunt prezentate particularititile calculului la oboseald prin doua
metode clasice (metoda bazata pe analiza tensiunilor si metoda tolerarii defectelor), in
cazul pieselor cu concentratori de tensiune.

5.1. Coeficientul teoretic de concentrare a tensiunilor. Gradientul
tensiunilor

Concentratorii de tensiune de tipul discontinuitatilor geometrice produc o crestere
importanta a tensiunilor si o perturbare a distributiei acestora, mai mult sau mai putin
localizata. Valorile tensiunilor din vecinatatea concentratorului depind atat de
dimensiunile si forma concentratorului, cat si de tipul solicitarii.

Fenomenul de concentrare a tensiunilor se exprima prin coeficientul teoretic de
concentrare a tensiunilor, definit prin relatia:

Um ax

K, = (5.1)

O-nom

unde ;4 reprezinta tensiunea locala maxima la varful concentratorului, iar a,,,,, este
tensiunea nominald din aceeasi sectiune, corespunzitoare aceluiasi punct de la varful
concentratorului, dar calculati neglijand efectul acestuia. In functie de modul in care este
calculatd tensiunea nominald o,,,,,, prin considerarea sectiunii nete sau a sectiunii
globale (brute), se defineste coeficientul teoretic net K;,, sau coeficientul teoretic global
K4 de concentrare a tensiunilor. In cele doua situatii, valorile determinate sunt n
general diferite.
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Astfel definit, ca un factor de multiplicare a tensiunii nominale, K; reprezinta o
masura a severitatii fenomenului de concentrare a tensiunilor. Este important de subliniat
ca deformatiile sunt presupuse a fi elastice, coeficientul teoretic de concentrare a
tensiunilor fiind un concept, in mod esential, elastic. In functie de geometria piesei si a
concentratorului, de tipul solicitarii, valorile coeficientului teoretic K, se determina prin
metode analitice pe baza teoriei liniare a elasticitatii, prin metode numerice, cea mai
utilizatd fiind metoda elementului finit, sau prin metode experimentale (fotoelasticitate,
termoelasticitate, tensometrie electrica rezistiva). Asemenea informatii sunt date in
indrumarele de proiectare si in monografiile de specialitate, cele mai renumite fiind cele
ale lui Neuber (1958), Peterson (1974) sau Pilkey (2005).

in domeniul comportarii liniar-elastice a materialului, /¢ = E = constant,
coeficientul teoretic de concentrare K, caracterizeaza si fenomenul de concentrare a
deformatiilor specifice:

Emax _ Omax
Kt = = (52)
‘Snom Gnom
Determinarea tensiunii maxime a,,,,, respectiv a coeficientului teoretic K; de

concentrare a tensiunilor, nu este suficientd pentru cunoasterea campului tensiunilor de

la baza concentratorului. in plus, este necesara stabilirea gradientului tensiunii, adica a
modului Tn care aceasta tensiune descreste cu distanta, marime importanta in evaluarea
rezistentei la oboseala (figura 5.1). Gradientul tensiunii si existenta unei stari biaxiale
(sau triaxiale) de tensiune in zona de la varful crestaturii sunt specifice concentratorilor
de tensiune. Acestea explicd, in parte, de ce nu se poate estima cu precizie rezistenta la
oboseala a componentelor cu concentratori utilizind doar coeficientul teoretic de
concentrare K, Stephens s.a. (2001).

Omax

1 70!63,
tana  dx

Figura 5.1. Gradientul relativ al tensiunii
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Dupa propunerea lui Siebel si Stieler (1955), gradientul relativ al tensiunii este
definit prin relatia:
1 do

xX= (5.3)

Omax dx xX=xq

unde x, este coordonata punctului de tensiune maxima.
Pentru a asigura comparabilitatea diferitilor concentratori de tensiune, Filippini

(2000) inlocuieste gradientul relativ al tensiunii cu produsul py, reprezentand gradientul

relativ al tensiunii pentru o raza egala cu unitatea la varful concentratorului.

5.2. Calculul la oboseali pe baza tensiunilor (abordarea S — N)
5.2.1. Factorul de reducere a rezistentei la oboseala K

Rezistenta la oboseala a pieselor cu concentratori de tensiune depinde de
geometria concentratorului, de raza de la varful concentratorului p, de rezistenta la
rupere statica a materialului g, si de nivelul solicitarii prin tensiunea medie a ciclului de
solicitare a,,, Stephens s.a. (2001).

In abordarea S — N, se tine cont de efectul concentratorilor de tensiune prin
factorul de reducere a rezistentei la oboseald (sau coeficient efectiv de concentrare la
oboseald) definit prin relatia:

Ky = -2 (5.4)

Gan

unde o, reprezintd rezistenta la oboseald determinata pe epruvete netede, iar g,
rezistenta la oboseala determinata pe epruvete cu un anumit concentrator de tensiune,
pentru care sectiunea neti este egald cu sectiunea nominali a epruvetelor netede. in
expresia (5.4) a coeficientului de reducere a rezistentei la oboseald K, s-a utilizat ca
referintd amplitudinea ciclului de solicitare. De reguld, coeficientul Ky se defineste si se
determind pentru ciclul alternant simetric, adica pentru solicitarea variabila caracterizata
prin R = —1 si g,, = 0, si pentru durabilitati de 10 + 107 cicluri.

Legatura dintre coeficientul teoretic K, si factorul de reducere a rezistentei la
oboseala Ky se stabileste prin coeficientul de sensibilitate g:

Kr—1
“K -1

q (0<g<1) (5.5)
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Sensibilitatea maxima la oboseald se atinge atunci cand K; = K, prin urmare q = 1;
pentru Ky = 1, asadar g = 0, efectul de concentrare a tensiunilor nu se manifesta.

Prin corelatie cu datele experimentale, Neuber (1958) a exprimat coeficientul de
sensibilitate prin urmatoarea relatie empirica:

B 1
q N (5.6)

unde parametrul de material utilizat p* este legat de dimensiunea grauntilor, iar p este
raza de la varful concentratorului. Din relatiile (5.5) si (5.6) se obtine factorul de reducere
a rezistentei la oboseala:

Kf =14+—— (5.7)

O relatie similara a fost propusa de Peterson (1959), parametrul de material p**
depinzand de rezistenta la rupere staticd g,- a materialului:

Ko=14—t 1 !
= _— > R
P P
O relatie empirica pentru oteluri, a fost propusa de Fuchs (1972) sub forma:
70\ 18
o™ = 0,0254( ) (5.9)
Oy

Alte relatii de calcul pentru coeficientul de reducere a rezistentei la oboseald K
au fost propuse de Siebel si Stieler (1955), Heywood (1962), Buch (1988), Ye si Wang
(1996).

Exprimat prin relatiile (5.7) si (5.9), coeficientul de reducere a rezistentei la
oboseald Ky depinde de geometria concentratorului, prin coeficientul teoretic K., de raza
p de la varful acestuia si de material.

Pentru doud oteluri cu rezistente diferite, otelul carbon AISI 1020 cu o, =
390 MPa si otelul aliat AISI 4130 avand o, = 810 MPa, efectul razei de la varful
concentratorului este prezentat in figura 5.2. Pentru calculul coeficientului K s-a utilizat
relatia (5.8) propusa de Peterson, parametrul de material p** fiind determinat cu relatia
empirica (5.9): p™ = 0,137 mm pentru AlSI 4130, respectiv p** = 0,512 mm pentru
AISI 1020. Tn cazul razelor mari la varful concentratorului, valoarea coeficientului de
reducere a rezistentei la oboseald K se apropie de valoarea coeficientului teoretic K, n
schimb, pentru raze mici la varful concentratorului valoarea coeficientului Ky < K.
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In general, otelurile de rezistenta ridicati sunt mai sensibile la efectul concentratorilor
de tensiune decat otelurile de rezistenta joasa.

Ky

0.001 0.01 0.1 1 10 p [mm] 100

Figura 5.2. Efectul razei p de la varful concentratorului asupra coeficientului de reducere a
rezistentei la oboseald Ky pentru doud oteluri cu rezistente de rupere diferite

Relatiile propuse de Neuber (1958) si Peterson (1959) sunt relatii empirice,
determinate prin corelarea cu datele experimentale. Coeficientul Ky depinde de
geometria concentratorului, de raza de la varful concentratorului p si de rezistenta la
rupere staticd a materialului o,

Coeficientul de sensibilitate g, prin raza p de la varful concentratorului, tine cont
de efectul de scara in calculul la oboseala al pieselor. Pentru concentratori similari, cu
aceeasi geometrie, coeficientul de sensibilitate g creste cu raza p de la varf. Explicatia
este datd de cresterea volumului finit de la varful concentratorului care este intens
solicitat.

Coeficientul de reducere a rezistentei la oboseala Kr depinde de rezistenta la
rupere statica a materialului g,, dupa cum o demonstreaza relatia (5.9). Influenta se
explica prin aparitia deformatiilor plastice de curgere in zona intens solicitata, astfel ca
tensiunea maxima oy, 4, estimata de K; nu se atinge, intr-un material ductil, de rezistenta
joasa.

5.2.2. Estimarea curbei de durabilitate S — N

Initial, coeficientul K s-a utilizat pentru determinarea rezistentei la oboseald gy,
in prezenta concentratorilor de tensiune, pentru o solicitare alternant-simetrica (R =
—1), in domeniul durabilitatilor mari, de ordinul 10° + 107 cicluri. Utilizarea
coeficientului de reducere a rezistentei la oboseald pentru predictia curbei S — N,
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conduce la subestimarea acesteia. Acest fapt se explicd prin tendinta coeficientului K¢
de a descreste cu marirea treptaté a nivelului tensiunii, spre domeniul durabilitatilor mici,
si cu aparitia deformatiilor plastice de curgere in zona intens solicitatd de la varful
concentratorului de tensiune. Astfel, metodele de estimare a curbelor de durabilitate, Tn
general, corecteazd valoarea coeficientului Ky pentru durabilitati medii si mici,
Bannantine s.a. (1997).

Cea mai cunoscutd metoda de estimare a curbei S — N pentru epruvetele cu
concentratori de tensiune a fost propusa de Juvinall (1967) si este ilustrata n figura 5.3.
Metoda este aplicabila la o varietate larga de materiale si utilizeaza valorile rezistentei
la oboseald determinate pentru doud durate de viati: N = 103 cicluri, respectiv

N, = 10° cicluri de solicitare, Pani si Pastrama (2000).

g, A

epruvetd neteda
Fa1000

Jan1000

epruvetd cu
concentrator

103 106 N (cicluri)

Figura 5.3. Estimarea curbei de durabilitate S — N prin metoda Juvinall (1967)
Rezistenta la oboseala pentru epruveta cu concentrator, la durata de viata de 1000

cicluri si R = —1, exprimata prin amplitudinea tensiunii, se calculeaza astfel:
_ 0a 1000
Tan1000 = ~ g7 (5.10)
f

unde o, 1000 este rezistenta la oboseald a epruvetei netede si Ky este coeficientul de

reducere a rezistentei la oboseala la aceeasi durabilitate.
O alternativa de calcul este reprezentata de utilizarea rezistentei de rupere statica o,
Pana si Pastrama (2000) pentru determinarea o4y, 1000:

m'o,
Oan 1000 — KT (5.11)
f
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unde coeficientul m’ se alege in functie de tipul solicitarii (0,9 pentru incovoiere si rasucire,
respectiv 0,75 pentru intindere).
Cel de-al doilea punct al curbei de durabilitate S — N se stabileste dupa relatia

(5.4) pentru o durati de viata de 10° cicluri de solicitare:
Ja
Oan = K_f (5.12)
Curba de durabilitate S — N se reprezintd in coordonate dublu-logaritmice utilizand
ecuatia Basquin. Pentru durabilititi mai mari de 10° cicluri curba S — N se estimeazi
printr-o orizontala, Dumitru (2009).

Pentru aprecierea coeficientului K}!, Juvinall (1967) a stabilit o relatie empirica care
reprezinta dependenta dintre raportul (K)! — 1) / (Kf — 1) si rezistentei de rupere statica
o,, pentru o durati de viatd de 103 cicluri.

Calculul la oboseala pe baza tensiunilor (abordarea S — N) este recomandata in
domeniul durabilitatilor mari, caracterizat prin deformatii elastice si o amplitudine
constanta a solicitarii. Aceastd metoda nu tine cont de deformatiile plastice, de tensiunile
reziduale si modificarea, In consecinta, a tensiunii medii in zona intens solicitata de la

varful concentratorului, Bannantine s.a. (1997).

5.3. Evaluarea durabilititii pe baza conceptelor de mecanica ruperii

Procesului de degradare la solicitari variabile 1i sunt caracteristice in general trei
etape distincte in care se manifestd mecanisme diferite. Aceste etape sunt, dupa Dumitru
si Marsavina (2001):

a. Initierea fisurii se refera la amorsarea acesteia in jurul unor defecte de material
sau pe baza unor mecanisme care au loc la nivelul retelei cristaline pana cand microfisura
capata dimensiuni care permit detectarea prin procedeele de control nedistructiv. Cu alte
cuvinte, acestei etape fi este caracteristica initierea microfisurilor si extinderea acestora
pand la nivelul de macrofisura. Aceastd etapd este extrem de importantd si poate
reprezenta aproximativ 70 - 90% din durata de viatdi a unei piese. In cazul
concentratorilor de tensiune, durata etapei de initiere a fisurii depinde de raza de la varf.

b. Propagarea fisurii de oboseali. Macrofisura se extinde cu o viteza mai mare
sau mai micad in functie de material si de intensitatea sarcinii aplicate, putand atinge
lungimi de la cétiva centimetri pana la cele de ordinul metrilor, in functie de marimea

elementului de rezistentd. Aparitia unor metode de masurare moderne, cum ar fi
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microscopia electronica, tehnica curentilor turbionari, méasuratorile pe baza diferentei de
potential, emisiile acustice etc., au permis elaborarea unor studii complexe asupra acestei
etape, care este si cea mai intens studiata pand la ora actuala.

C. Ruperea finala se produce atunci cand lungimea fisurii atinge o valoare critica
la care apare instabilitatea Tn extensia acesteia.

Cele trei etape pot fi evidentiate prin durabilitatile lor specifice pe o curba Wohler
(figura 5.4). Pentru o anumitd tensiune maxima, numarul de cicluri corespunzator
perioadei de initiere este notat cu N;, iar cel corespunzator propagarii acesteia cu Np.
Durabilitatea totala va fi:

N;=N; + N, (5.13)

Multi autori acceptd ca numarul de cicluri necesar initierii fisurii de oboseala N;
este acela pentru care fisura atinge lungimea de aproximativ 0,1 mm. Aceasta lungime
a fisurii poate fi usor detectatd cu mijloacele moderne de investigare si este comparabila
cu dimensiunile unor defecte sau chiar cu dimensiunile griuntilor cristalini ai unor

oteluri. De asemenea, dupa atingerea acestei lungimi fisura prezinta o propagare stabila.

A
Jmax
|\ rupere finala
N; N /
Omax |a——p>

\\
—y
-
=
\ —

initierea fisurii Gob i
>

N, N

Figura 5.4. Curba de oboseala
5.3.1. Initierea fisurii de oboseala

Abordarea la nivel microscopic a mecanismelor de initiere a fisurii reprezinta
obiectul multor cercetari de actualitate, Bozi¢ s.a. (2014), Milkota s.a. (2017).

Chiar daca tensiunile aplicate sunt mult mai mici decét limita de elasticitate a
materialului, local, datorita efectului de concentrare a tensiunilor din jurul unor
incluziuni, neomogenitati sau goluri, tensiunile pot depasi limita de curgere. In asemenea
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zone apar deformatii plastice in volume limitate de material unde se initiaza fisurile de
oboseala.

De-a lungul timpului s-au dezvoltat mai multe modele care explicd initierea
fisurilor sub actiunea solicitarilor variabile. In continuare, se vor prezenta rezultatele
unor studii la nivel macroscopic privind conditiile de initiere ale microfisurilor la varful
crestaturilor ascutite, raza de la varf p este foarte mica.

Creager si Paris (1967) au stabilit expresiile tensiunilor din vecinatatea unei astfel
de crestaturi pentru modul I de solicitare:

K, 0 .6 . 36 K, p 30
ax=Wcos§(1—51n551n7)—\/m§cos7

K; 0 .6 . 36 K, p 30
Uy:WCOSE(1+SIHESIH7)+W§COS7 (5.14)

K .6 6 30 K, p . 36
Txy:mmnicoszcos?—mzﬁn?

Coordonatele r si 6, precum si tensiunile care actioneazd pe un element de
suprafata, sunt indicate in figura 5.5. Pentru p = 0 se obtine termenul singular din
solutia Irwin pentru fisura, relatia (1.16).

A

y

N

Figura 5.5. Distributia tensiunii in vecindtatea crestaturii, Creager si Paris (1967)

In solutia (5.14), K;reprezinta factorul de intensitate a tensiunii existent la varful
unei fisuri cu aceeasi lungime cu crestatura consideratd, pentru modul I de solicitare.
Tensiunea oy, atinge valoarea maxima pentru 6 = 0sir = p/2, astfel:
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2z K
NH (5.15)

Relatia (5.15) indica faptul ca pe baza parametrului K,/\/E se poate aprecia

O-m ax

initierea unei fisuri de oboseala. Barthelemy (1980) considera ca existd o valoare critica
(K;/ \/E)c a acestui raport, sub a carui valoare fisura nu se poate initia dintr-o crestatura
sau un defect dat. Tn tabelul 5.1 sunt indicate valorile critice ale raportului (K,/\/E)C si

domeniul de aplicare, dupa Barthelemy (1980).

Tabelul 5.1.
Relatia Domeniul de aplicabilitate
(K,/\/E)C =09R,, 480 MPa < R, < 1080 MPa
(Ki/\[p) . = 9.5 0 276 MPa < 0, < 965 MPa
(Ki/+[p), = 206,9/2 o, > 965 MPa

Tn expresiile prezentate, R,, reprezinti rezistenta la rupere, o, este limita de
elasticitate, iar A este coeficientul de ecruisare al materialului.

In multe cazuri se pune problema stabilirii numarului de cicluri N; necesar initierii
fisurii de oboseald. Acest numar de cicluri este dificil de stabilit intrucat nu exista pana
la ora actuald o delimitare clara a unei granite intre stadiul de initiere si cel de propagare
a unei fisuri de oboseala. In cele ce urmeaza, vom prezenta totusi unele dintre metodele
clasice folosite Tn mod curent, Forman (1968). Conform acestei metode, numarul de
cicluri necesar pentru initierea fisurii este dat de relatia:

logN; = C* + Dlog/E OmaxEamp (5.16)

unde C* si D sunt constante de material, E este modulul de elasticitate longitudinal,
Omax €Ste tensiunea maxima la varful concentratorului, iar &4y, reprezintd amplitudinea
deformatiei locale pe directia de solicitare.
Pentru o piesa din otel cu 0,2% C, avand o crestatura cu raza de lavarf p = 2 mm,
din relatia coeficientului de reducere a rezistentei la oboseala, Neuber (1958):
K, —1

Kp=14+———r
g (5.17)
1++/p*/p
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se calculeaza numarul de cicluri pentru ca fisura sa ajunga la lungimea de 0,1 mm:

logK; = 1,2969 — 0,1602 log N; (5.18)

unde parametrul de material p* = 0,32 pentru un otel moale.

Tanaka si Mura (1981) au propus pentru determinarea numarului de cicluri la
initierea fisurii de oboseala un model bazat pe teoria dislocatiilor. Modelul a fost
dezvoltat de Bozi¢ s.a. (2014) si Mlikota s.a. (2017) pentru diferite aplicatii: imbinari
sudate, flanse etc. Conform acestui criteriu numarul de cicluri de initiere a fisurii se

determina cu relatia:

SuWwe

M= A= yd@t =21,

(5.19)

unde u reprezintd modulul de elasticitate de transversal, v este coeficientul lui Poisson,
W, este energia pentru initierea fisurii, AT este media variatiei tensiunii tangentiale, iar
T este tensiunea tangentiala critica, aceastd valoare determinandu-se prin analizd cu
elemente finite la nivelul structurii grauntilor din vecinatatea concentratorilor de
tensiune.

5.3.2. Propagarea fisurilor sub actiunea solicitarilor variabile
A. Propagarea fisurii la solicitiri variabile cu amplitudine constanta

Evolutia unei fisuri in cursul propagarii sale poate fi urmadritd cel mai simplu
reprezentand lungimea fisurii a in functie de numarul de cicluri aplicat N, figura 5.6.
Asemenea diagrame se pot construi prin puncte sau se pot Tnregistra utilizand o serie de
tehnici experimentale. Trasarea diagramei a — N constituie o problema de baza in
Mecanica ruperii, deoarece pe baza acesteia se poate aprecia durata de viata a unui
element de rezistenta sau a unei structuri in care s-a initiat o fisura detectabila. Analizand
figura 5.6 se pot identificate marimile reprezentative in evaluarea propagarii unei fisuri,
si anume:

. a, este lungimea fisurii initiale;
. a., reprezinta lungimea critica a fisurii la care se produce ruperea finala;
° N, este numarul de cicluri necesar pentru propagarea pana la rupere a unei

fisuri cu lungimea initialad a,.
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Na Npy  Ne N
Figura 5.6. Variatia lungimii fisurii in functie de numarul de cicluri

Astfel pentru propagarea unei fisuri avand lungimea initiald a, pana la lungimea
ay, numdrul de cicluri necesar este N,,1, figura 5.6. Trebuie mentionat, in functie de
tehnica experimentala folosita, cd lungimea fisurii initiale a, poate sd nu corespunda cu
lungimea minima a fisurii detectabild prin metode nedistructive a.

Curbele de variatie ale lungimii fisurii in functie de numarul de cicluri se pot trasa
pentru mai multe niveluri ale tensiunii maxime pentru aceeasi lungime a fisurii initiale
(figura 5.7) sau pentru mai multe lungimi ale fisurii initiale pentru acelasi nivel al
tensiunii maxime (figura 5.8).

Unul dintre parametrii de baza prin care se apreciaza ruperea la oboseald este
viteza de propagare a fisurii da/dN, reprezentdnd lungimea cu care se propaga fisura
pentru un ciclu de solicitare.

Pentru diferite lungimi ale fisurii, viteza de propagare se obtine calculand panta
diagramei a — N (figura 5.7 si figura 5.8). Din figurile 5.7 si 5.8 se evidentiaza ca viteza
de propagare a fisurii da/dN depinde de lungimea fisurii initiale si de nivelul sau
amplitudinea tensiunii aplicate, marimi care intervin in expresia factorului de intensitate
a tensiunii K. Tn principiu, o dati cu cresterea lungimii fisurii initiale, respectiv cu
majorarea nivelului de solicitare, creste si viteza de propagare a fisurii de oboseala.
Pornind de la aceasta observatie, a aparut ideea ca viteza de propagare a fisurii de
oboseala poate fi corelata cu variatia factorului de intensitate a tensiunii AK.
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Figura 5.7. Cresterea lungimii fisurii pentru Figura 5.8. Cresterea lungimii fisurii pentru
doua niveluri de solicitare diferite douad lungimi initiale diferite

B. Corelatii intre viteza de propagare a fisurii si variatia factorului de
intensitate a tensiunii

Diagramele da/dN — AK se reprezinta uzual Tn coordonate dublu-logaritmice.
Forma generald a diagramei de variatie a vitezei de propagare a fisurii de oboseald in
functie de variatia factorului de intensitate a tensiunii este prezentata in figura 5.9. Sunt
caracterizate, n continuare, cele trei domenii distincte ale diagramei.

Domeniul | se caracterizeaza prin scaderea vitezei de propagare a fisurii pe
masura ce se micsoreaza variatia factorului de intensitate a tensiunii, pana la valoarea de
prag AK;y. Pentru amplitudini ale solicitarii sub valoarea AKjj,, fisura nu se mai propaga.
Factorii principali care influenteazd direct procesul de propagare a fisurii in acest
domeniu sunt: microstructura, tensiunea medie a ciclului de solicitare si mediul de lucru.

Viteza de propagare a fisurii se exprima in functie de variatia factorului de
intensitate a tensiunii si a limitei de prag astfel, Klesnil si Lukas (1972a):

da
— = C1(AK — AKyp)™ 5.20
= Cu( n) (5.20)
unde C; si my sunt constante de material, iar 4K;; este valoarea de prag a variatiei
factorului de intensitate a tensiunii sub care fisura nu se propaga.
In ceea ce priveste valoarea de prag AK,, in literatura sunt indicate o serie de

relatii de calcul, dupd cum urmeaza:
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AK,, = 7,03(1 — 0,85R) (5.21)

unde R este coeficientul de asimetrie al ciclului de solicitare, Barsom (1974);

1,2 AKpp

AKin = 1+R (5.22)

140275

cu 4Ky valoarea de prag pentru un ciclu pulsant de solicitare, McEvily (1973);

AKyp, = AKpo(1 — R)Y (5.23)

unde y este o constanta de material, Klesnil si Lukas (1972b).

A : (da) - K;c sau K,
og\ 7 | | "
dN | 1|, rupereafinald
| N
| | JI'
| |
I |
Domeniul T : Domeniul Il : Domeniul 111
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
1 |
| 41 |
i |
i B |
1 B |
1 B |
1 B |
: | |
| |
AKep 11 | log(AK)
[ I >
Figura 5.9. Variatia vitezei de propagare a fisurii in functie de variatia factorului de intensitate
a tensiunii
Domeniul Il are o extindere mai mare si se caracterizeaza prin faptul ca

propagarea fisurii de la un ciclu la altul are un caracter stabil. Microstructura are o
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influenta redusa asupra vitezei de propagare a fisurii de oboseald, dar creste influenta
efectului combinat al tensiunii medii, frecventei si mediului de lucru. In acest domeniu,
viteza de propagare a fisurii este corelatd cu variatia factorului de intensitate a tensiunii
prin “legea lui Paris”, Paris si Erdogan (1960):

da_

N C(AK)™ (5.24)

unde AK = Kpax — Kmin = K(Omax) — K(Omin) reprezinta variatia factorului de
intensitate a tensiunii, iar C si n sunt constante de material. Tn tabelul 5.2 sunt indicate
cateva valori ale constantelor C si n dupa Barthelemy (1980), Dumitru si Marsavina
(2001), Manson Halford (2006) pentru unele oteluri si aliaje.

Tabelul 5.2.
. c n
Materialul [Circnlu (MPa \/ﬁ)—n] -]
Oteluri martensitice 1,35-1071° 2,25
Oteluri ferito-perlitice 6,9-10712 3,0
Oteluri austenitice inoxidabile 5,6-10712 3,25

Forma relativ simpla a ecuatiei (5.24) a permis sa se faca o serie de estimari ale
durabilitatii la solicitari variabile la acele materiale la care constantele C si n au fost
obtinute prin incercari experimentale. Pe de altad parte, trebuie mentionat faptul ca s-a
incercat imbunatatirea predictiilor prin luarea in considerare a unor parametrii, cum ar fi
coeficientul de asimetrie R al ciclului de solicitare si tenacitatea la rupere K. Una dintre
aceste modificari a fost propusa de Walker (1970):

da

N C[AK(1 —R)™ 1" pentruR =0 (5.25)
da
i C[Kmax(1 = R)I™™]™ pentruR < 0 (5.26)

Aceasta formulare a vitezei de propagare a fisurii aduce cateva avantaje fata de
legea lui Paris si anume: utilizarea factorului maxim de intensitate a tensiunii este mai
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potrivitd pentru cicluri cu R < 0; considerarea efectului tensiunii medii prin intermediul
coeficientului de asimetrie R al ciclului de solicitare.

Forman s.a. (1967) aduc imbunatatiri ecuatiei propusa de Walker, incluzand
tenacitatea la rupere K. pentru partea superioard a curbei da/dN n apropierea ruperii
finale:

da C AK™

dN ~ (1-R)K; — AK (:27)

NASA implementeaza ecuatia NASGROW in soft-ul dezvoltat, folosit la predictia
durabilitatii componentelor aeronautice:

AKp\P
da  i-py o (1- )
—=C||——=)AK — (5.28)
dN 1-R (1 _ Kmax)

Kcrit

unde C, n, p si g sunt parametrii determinati empiric, iar:

K, max(R, Ay + A;R + A,R?> + A3R3) pentruR =0
f=% © =3 Ay + AR pentru —1 <R<0 (5.29)
max Ay —2 4, pentru R< -1

Coeficientii din relatia (5.29) sunt:
1

T O, °
A, = (0,825 — 0,34a + 0,05a2) [COS (E Zax)]a
Cc

0.
A; = (0,415 — 0,07a) ’;‘“" (5.30)
C

AZ = 1_A0 _Al _A3
A3 = ZAO + Al -1
unde «a tine cont de starea plana de tensiune sau deformatie, iar g,,,,/0¢ tine cont de

raportul dintre tensiunea maxima aplicata si limita de curgere.

Domeniul 11l se caracterizeaza prin viteze de propagare mari ale fisurii de
oboseala, fapt care conduce la o extindere instabila a acesteia. Fisura creste rapid de la
un ciclu la altul, pana la atingerea lungimii critice a fisurii cand se produce ruperea finala.
Testele experimentale au dovedit cd in multe cazuri cele trei domenii se reduc la unul
singur. Pornind de la acest aspect s-au propus o serie de relatii care descriu complet
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diagrama da/dN = f(AK). Dintre acestea, ecuatia propusa de Austen (1977), pentru
oteluri de constructii este binecunoscuta:

dN ~ 4nEo,\ , _ _AK
Ic"T—R

unde g, este limita de elasticitate, iar E este modulul de elasticitate longitudinal.

serie de studii experimentale pentru determinarea constantelor de material C, n, m etc.
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6. Solutii pentru calculul tensiunilor din zona de la varful
concentratorilor

6.1. Solutia Williams pentru concentratori in forma de V singulari (cu
raza de racordare la varf egala cu zero)

Williams (1952) a demonstrat existenta tensiunilor singulare pentru concentratorii
ascutiti a ciror raza la varf p = 0. In cazul limitd 2a = 27, concentratorul ascutit devine
o fisurd, iar situatia 2a@ =  corespunde unui corp neted, fara concentrator de tensiune.
Pentru cazurile intermediare, m < 2¢ < 2w, se obtine cazul unui concentrator lateral
ascutit, figura 6.1.

y A S;T{;{"’T

Jg

2a

=Y

2¢

Figura 6.1. Crestaturd V cu raza la varf egala cu zero

Prezentarea detaliatd a solutiei propusa de Williams se gaseste in lucrarile lui Barber
(2002) si Constantinescu (2003).

Tntr-o analiza liniar-elastica, in starea plana de tensiune, Williams a considerat o
functie de tensiune biarmonica ®(r, 8) de forma:

&(r,0) = r*1F(6, 1) (6.1)
unde parametrul A este nedeterminat. Conditia de continuitatea a deplasarilor impune

A >0, adica o valoare pozitivda a parametrului. Pentru functia F(6,1), Williams a

acceptat o forma care satisface ecuatia biarmonica, si anume:
F(6,1) = Acos(A—1)8 + Bcos(A+1)8 + Csin(A —1)8 + Dsin(A1+ 1)6 (6.2)
unde constantele A, B, C si D sunt nedeterminate.

Expresiile tensiunilor in coordonate polare, cu functia de tensiune astfel definita,
sunt:
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( 10®(r,0) 10°d(r,0)

oy or 2 902z rA=F"(0,2) + (A + 1)F(6,2)]
2
196 = aqa)—f.rz’e) = rl_l[ﬂ(l + 1)F(6,1)] (6.3)

2
cu derivatele F'(08,1) si F''(6, 1) In raport cu variabila 6.
Pe cele doud muchii libere nesolicitate, adica pentru 8 = +¢, conditiile la limita
n tensiuni sunt:

og(r, ) = 0g(r,—) =0
{ Tro (T', (p) = Trg(T, —(p) =0 (64)

Din (6.3) si (6.4), rezulta:
F(p,1) = F(=p, ) =F' (¢, 1) =F' (=, 1) =0 (6.5)

Conditiile la limita (6.5) conduc la sistemul de ecuatii liniare si omogene:

) 0
[ _COS(A Do cos(A + 1)@ 0 0 ] 5 0
sin(A — 1)¢ sin(A + e in(4 — ; ¢(=]0
|7+ O( I e a1 (o 9
o A+ Do |\D 0
| 0 0 TSN =g cos@+Do]

Primele doua ecuatii ale sistemului (6.6) corespund modului I de solicitare, iar ultimele
doua modului II de solicitare, constantele A si B fiind independente de constantele C si
D. Pentru o solutie netriviald, determinantul sistemului (6.6) trebuie sa fie egal cu zero,

rezultand ecuatiile caracteristice:

F(QD, /1) = F(_(P: /1) = F,(QD, /1) = F’(_(P: /1) =0 (673)
sau

Flp,1) =F(=9,)) =F' (¢, ) =F'(=9,1) =0 (6.7b)
unde s-a notat g = (2m — 2a)/m. Semnul + corespunde modului I, iar semnul —
corespunde modului II; ecuatiile (6.7) determina valorile proprii A in functie de unghiul
@ (respectiv a).

Pentru modul de solicitare, cdmpul tensiunilor la baza crestaturii, reprezentat prin
relatiile (6.3), este singular atunci cand (4 — 1) < 0, adica ¢ > m /2. Pentru modul anti-
simetric 1, singularitatea este atinsa pentru ¢ > 128,7°, Hills (2004).

Daca se inlocuiesc valorile proprii in ecuatiile sistemului (6.6), se obtine raportul
A/B pentru modul I, respectiv C /D pentru modul II, si, in final, expresiile tensiunilor in
functie de unghiul 8, ca o combinatie liniara a solutiilor particulare.
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Pentru modul |, daca se retine doar termenul singular, obtinut pentru cea mai mica
valoare proprie 4, tensiunile la varful concentratorului ascutit sunt, Seweryn (1996) sunt:

6y = — KT 322 st + 1) - cosCl — )6 1— )¢ - cos(1 + A)0

[O’T(T', )= A, [1 +Acos( + )@ -cos(1 —21)0 + cos(1 — )¢ -cos(1+ A1) ]

{ oy(r,0) = (Zm§+'161 [cos(1 + )¢ - cos(1 —21)8 — cos(1 — V)¢ - cos(1 + 1)0] (6.8)
| oy=—K___[L=4 Do -sin(1 — )8 1— e -sin(1+ )0

krrg(r, ) = m [1—-4-1 cos(1+ )¢ -sin(1 —1)8 — cos(1 — V)¢ -sin(1 + 1)

unde C; = cos(1 + )¢ — cos(1 — A)g, iar K} este factorul de intensitate a tensiunii
pentru crestatura ascutitd (singulara):

K/ = (@2m)t* lim =26, (r,0 = 0) (6.9)

Termenul (A4 — 1) reprezinta ordinul singularitatii si se determina complet pentru
deschiderea unghiularda 2a a crestaturii, impreuna cu functia F;(8, 1), prin analiza
asimptotici. Factorul de intensitate a tensiunii K depinde de geometria globali a
componentei si de modul de incércare, determinandu-se practic prin ajustarea solutiei
asimptotice la starea de tensiune locald, determinata in mod obisnuit printr-o analiza cu
elemente finite.

Intr-un mod similar, Gross si Mendelson (1972) au definit factorul de intensitate
a tensiunii pentru concentratorul ascutit solicitat in modul I, astfel:

KW = \/Elri_rg =26y (r,0 = 0) (6.10)

Cele doui definitii ale factorului de intensitate a tensiunii K} coincid doar pentru cazul
fisurii, adica ¢ = m.

6.2. Solutia Creager-Paris pentru concentratorul adanc si subtire (cu

raza de racordare la varf mica)

Creager si Paris (1967) au demonstrat ca pentru un concentrator adanc si subtire,
a cdrui razd la varf p este mica, se poate descrie campul elastic al tensiunilor prin
factorului de intensitate a tensiunii K intr-o forma echivalenta cu cea utilizata pentru
fisuri. Astfel, intr-un sistem de coordonate polar (r, ), a carui origine se afla la distanta
p/2 in spatele varfului concentratorului (figura 6.2), pentru modul I relatiile care
exprima tensiunilor sunt:

106



39

K 9(1 8 . 39) K p
Oy = cos=(1—sinzsin—) —
* V2nr 2 2 2 \/27‘[1‘27"
K 0 6 . 36 K p 39
<Uy:mcos§(1+sm§sm—> Nt (6.11)

K 00030 K p . 36

COS— E ) —ZT n—

[Py 2nr 2
= 0 pentru starea pland de tensiune (6.11a)

Oz = Tyz = Tyzx

o, = v(ax + ay) Ty; = Tzx = 0 pentru starea pland de deformatie (6.11b)

Asadar, cdmpul tensiunilor la varful crestaturii este similar cu cel al unei fisuri, al
carei varf este situat in punctul O unde factorul de intensitate este K. Diferenta fata de
campul tensiunilor la varful fisurii, este reprezentata de un singur termen aditional ce

depinde de raza de racordare p la varful concentratorului, neglijabil cand p/r < 1

A
\
Oy
_>
crestaturg
! T
restaturd
f-\\u\\! 0 \ 9 crestatura
isura
pR—— . >
- X

Figura 6.2. Variatia tensiunii oy, la varful crestaturii dupa solutia Creager-Paris

De-a lungul bisectoarei, adica pentru 8 = 0, relatiile (6.11) se particularizeaza, astfel

(1+ %) (6.12)

K K
Oy = (1—2%), Gy:\/Z_nr

2nr
Tensiunea maxima 0y qy la varful crestiturii se determina din (6.12), inlocuind

r=p/2:
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Oymax = 0y(r =p/2) = (6.13)

Bl
i)

Utilizdnd relatia (6.13), Glinka (1985) a exprimat coeficientul teoretic de
concentrare a tensiunilor K; in functie de factorul de intensitate a tensiunii K:

o 2K
K, =272 = (6.14)

On O'n\/ﬂ_p

Astfel, se poate determina pentru crestatura adanca si subtire, cu raza la varf mica,

coeficientul de intensitate a tensiunii K;”:

P = KeonyTP (6.15)
2

I

Singularitatea campului tensiunilor dispare in acest caz, iar la varful
concentratorului tensiunea maxima este finita, chiar daca, la o distanta micd de varf,
distributia tensiunii o,, este similara cu cea de la varful unei fisuri (figura 6.2). Se
vorbeste in acest caz despre o pseudo-singularitate in aceastd zona de la varful crestaturii,
determinati de K Ip , cu o dependenti 1/+/r, Pluvinage (2003).

Tnlocuind Klp in relatiile (6.12), Glinka (1985) a obtinut tensiunile normale de-a
lungul bisectoarei:

_ Koy

3 1,00 K
> (5)2‘5(5)2]' "yzztvag

saucur =x+p/2:

1 3
(g)2 +%(§)2] (6.16)

3 1 3

1
Ko, (x 1)7 1(x 1)5 K.o, (x 1)5 1(x 1)5
Oy = -+ —=\=*+=) | o = -+ +z(=+= 6.17
oavz(\e 2/ 2\p 2 Y22\ 2 ZPZ()

Boukharouba s.a. (1995) a introdus distanta criticd X, al céarei ordin de marime

este dimensiunea grauntilor, si a exprimat factorul de intensitate a tensiunii K Ip n forma:
3

(2+£)
X
Kf = oy (Ko~ 22 .19
2(1+%)
c
Relatiile (6.11) propuse de Creager-Paris pentru crestaturile adanci si subtiri, cu
raza de racordare la varf mica, cu o determinare precisa a coeficientului teoretic de
concentrare a tensiunilor K;, se utilizeaza cu o buna aproximatie si pentru crestaturile
laterale semicirculare sau crestaturile in forma de U.
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6.3. Cazul concentratorilor de tensiune nesingulari (crestatura V
rotunjita, crestiatura U)

Metoda functiilor de variabila complexa, Muskhelishvili (1953), si transformarea
conforma pe un semiplan (u, v) auxiliary, Neuber (1958), au fost utilizate de Lazzarin
si Tovo (1996), Atzori s.a. (1997), Filippi s.a. (2002) pentru determinarea distributiei
tensiunilor in zona de la varful unui concentrator de tip crestatura V (figura 6.3) pentru
modul mixt de solicitare 1+11.

X
Ao

Figura 6.3. Geometria crestaturii, Filippi s.a. (2002)

Deschiderea unghiulara 2« si raza la varf p sunt asociate prin relatiile (6.19) si
(6.20), unde coeficientul real q ia valori intre 1 (cazul corpului fara crestatura) si 2 (cazul

corpului cu fisurd):

21 — 2
g=C"2 (6.19)
Vs

si
o= 41 (6.20)
q
Distanta ry determina originea sistemului de coordonate si se masoara de la varful
crestaturii spre centrul de curbura de-a lungul bisectoarei deschiderii unghiulare 2a.
Componentele starii de tensiune sunt prezentate in continuare, separand
contributia celor douda moduri de solicitare, Filippi s.a. (2002). Astfel, tensiunile

corespunzatoare modului I de solicitare sunt:
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op [((1+ A;)cos(1 —2,)0 cos(1+2,)6
{ } - /111”}“1_1611

Or (B —=A1)cos(1 —A1)0 ¢ + xp, (1 — A1) { —cos(1 + 1,)6
Tro [L(1—2y)sin(1—1,)0 sin(1+ 1,)6
6.21)
q . (1 + pq)cos(1 — )0 cos(1+ )0
+ TCEE) (7) Xa, B —u)cos(1—py)0 ¢+ x, {—cos(1 + py)6
0 (1 —py)sin(l —uy)0 sin(1+ p,)0

De-a lungul bisectoarei crestaturii, tensiunea tangentiald 7,9 este nula, in modul I de
solicitare.
Pentru modul II de solicitare tensiunile sunt date prin relatiile:

Og (1 + Ay)sin(1 —21,)0 sin(1+ 2,)0
{Ur} = A,rte71a, [{ (3 —Ay)sin(1 —1,)0 ¢ + Xb,(1+ 2A2){ —sin(1 + 1,)6
Tro (1 —2y)cos(1—2,)0 cos(1+ 2,)6
(6.22)
1 7\ H2—2 (1 + pp)sin(l — uy)0 —sin(1+ py)0
+ G, =D (r_) Xa, 3 B — p2)sin(1 — up)0 ¢ + xc, § sin(1+ p)0
2 0 (1 — pz)cos(1 — uz)6 —cos(1+ ;)0

De-a lungul bisectoarei crestaturii, tensiunile normale ;. si g sunt nule, in modul
Il de solicitare. Parametrii reali A, si A, reprezinta primele valori proprii ale ecuatiilor
(6.23) si (6.24), Williams (1957).

sin(A,qm) + Aysin(qm) = 0 (modul | de solicitare) (6.23)

sin(A,qm) — A,sin(qm) = 0 (modul 11 de solicitare) (6.24)

In ecuatiile (6.21) si (6.22) constantele a, si a, se determini la o distantd adecvata
de varful crestaturii, distanta la care cAmpurile tensiunilor, pentru o crestatura ascutita la
varf si, respectiv, pentru una rotunjita la varf, sunt practic identice. Ceilalti parametri au
toti solutiile exacte prezentate in lucrarea lui Filippi s.a. (2002). Expresiile (6.21) si
(6.22) sunt valabile doar in zona de la varful concentratorului, verificarile numerice
identificand valoarea tensiunii nominale nete ca limita inferioara rezonabila.

Pentru crestitura V cu p = 0 si 2a # 0 solutia propusa de Filippi s.a. (2002) este
n concordanta cu solutia lui Williams (1952). Pe de alta parte, daca crestatura V are p #
0 si 2a = 0, solutia coincide cu solutia Creager-Paris (1967) pentru concentratorul de
tensiune parabolic subtire (ingust). lar in cazul fisurii, crestitura V cu p = 0 si 2a = 0,
evaluarea cAmpului de tensiune conduce la rezultatele obtinute de Irwin (1957) si
Westergaard (1939).
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O serie de analize numerice cu metoda elementului finit au demonstrat ca
acuratetea rezultatelor pentru modul | de solicitare depinde de o serie de factori, Filippi
s.a. (2002):

. distanta r de la varful crestaturii (precizia rezultatelor creste cu reducerea
distantei);
. deschiderea unghiulard 2« a crestaturii (acuratetea creste cu deschiderea

unghiulara, profilul analitic al crestaturii fiind mai apropiat de cel real);

o raza p la varf si adancimea crestaturii (intervalul de validitate a solutiei lui
Filippi s.a. (2002) se reduce cu majorarea razei la varf si cu reducerea raportului
adancime/ligament;

o latimea ligamentului (acuratetea creste cu majorarea ligamentului).

Pentru modul mixt de solicitare I1+Il, de-a lungul oricarei directii diferite de
bisectoarea crestaturii, cimpul tensiunilor se determina prin combinatia dintre cele doua
moduri elementare I si II. Pentru directia bisectoarei crestaturii, unde este posibild
separarea contributiei fiecarui mod elementar de solicitare, solutia propusa de Filippi s.a
(2002) imbunatateste estimarile pentru modul Il de solicitare.

1.00 -
Ge/Gmax
[-]
solutia Filippi g.a. (2002)
o MEF
— — —solutia Glinka (1985) \ tlp []
0.10

0.001 0.010 0.100 1.000 10.000 100.000

Figura 6.4. Distributia tensiunilor pentru crestitura V rotunjita la varf, Negru (2009)
Distributiile tensiunilor principale o4 de-a lungul bisectoarei, pentru cazul a doua
crestaturi V rotunjite la varf (razele p egale cu 0,2 mm, respectiv 0,5 mm) solicitate in
modul I, prezinta pe domeniul 0,3p + 1,2p o panti constant, figura 6.4. Tn consecinti,
pe acest domeniu intensitatea campului tensiunii se poate exprima prin factorul de
intensitate a tensiunii pentru crestatura (notch stress intensity factor NSIF).
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In cazul crestaturilor ascutite la varf, adicd pentru p = 0, Gross si Mendelson
(1972) au introdus factorii NSIF pentru modul I de solicitare K} si pentru modul 11 de
solicitare K}:

K/ = \/anir% i~y (1,0 = 0) (6.25)
r—
Kl = V2rlimr' =%, (r,6 = 0) (6.26)

unde A; si A, sunt valorile proprii ale ecuatiilor (6.23) si (6.24), iar tensiunile gy si T,¢
sunt evaluate de-a lungul bisectoarei. Extinderea definitiilor (6.25) si (6.26) la situatia
crestaturilor V rotunjite la varf nu este intru totul justificatd. Dupa cum se observa si din
figura 6.5, domeniul pe care NSIF are o valoare constanta depinde de geometria
crestaturii, $i anume, scade cu cresterea razei p. Mai mult, spre varful crestaturii, cind
r — 0 si valorile calculate ale NSIF scad spre zero, tensiunile fiind finite in aceasta zona.

.
KVP /60m 0p=0,5mm
[mmi*1] 6 »p =02 mm

5 1 2a.=90°; a =3 [mm]

4 ) AAAAOAOA AW e

31 a A o°

o
o
2 10
1 | |
oo 01 1 tp[] 10

Figura 6.5. Variatia NSIF de-a lungul bisectoarei crestaturii, Negru (2009)
Cu scopul de a depasi acest neajuns, Lazzarin si Filippi (2006) au introdus
urmatoarele definitii ale NSIF pentru crestaturilor U sau V rotunjite la varf:

0, —
KIVp — \/2—7”_1_11 ( 9)9—0

r\H1—M (627)
1+ w1 (E)
KVP — V2rri- (tr6)0=0
n = r\Hz2—22 (6.28)
1+ (OF) (%)
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unde oy si 7,9 sunt evaluate la distanta r (in sistemul de coordonate local, figura 6.3).
Coeficientii w; $i w, sunt cunoscuti prin relatiile:

w1 [ Xa, (1 +p1) + x, (6.29)
YT4q-D 1+ A4+ xp,(1—2y) '
1 Xd, (1 —up) — Xe,
w, = =—-1 6.30
2T 4y - 1) [1—Az+xb2<1+zz) (6.30)

Ceilalti parametri au toti solutiile exacte prezentate in lucrarea lui Filippi s.a. (2002).

7
KVP /60m 5 | °0p=0,5mm
[mm?+1] Ap=02mm
5 i

200=90° a=3[mm]

4 N crennn annoooocosostll
oA @ 8 8K An"_'4..‘-»‘.“‘.‘,".{,'1" R RRARER

1 1 1
0.01 0.1 1 t/p [-] 10

Figura 6.6. Variatia NSIF de-a lungul bisectoarei crestaturii, Negru (2009)

Relatiile de definitie (6.27) si (6.28) atribuie o usoara variatie NSIF, dupa cum se
observa in figura 6.6 pentru crestaturile analizate. Cu scopul de a elimina dependenta de
distanta masurata de la varful crestaturii, Lazzarin si Filippi (2006) au introdus valorile
medii ale factorilor de intensitate a tensiunii pentru crestaturi:

_ 1 [(To+np
K/'P=— K/Pdr (6.31)
np Jr,
R7e = L[ kveq
=— r 6.32
u npJy. i ( )

unde coeficientul n depinde de intensitatea efectului de concentrare a tensiunilor.
Constantele a; si a, din expresiile tensiunilor (6.21) si (6.22) se determina pe

baza factorilor de intensitate a tensiunii K,” si K,/* cu relatiile:
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Vp
KI
V2|1 + 21 + xp, (1 — 2)]

(6.33)

a, =

14
KIIp
_Az V 27'[[1 - /‘{2 + sz (1 - /’12)]

a, = (6.34)
Cu referire la modul | de solicitare, definitia (6.27) pastreaza pentru K ,Vp unitatea
de masuri a K}/, adica (MPa - m*~*), unde 1 — A este ordinul singularitatii.
Componentele starii de tensiune date de relatiile (6.21) si (6.22), utilizand (6.33)
si (6.34), se prezintd in forma condensata, Gomez s.a. (2007):

%)’ v [(f i1 (99)]
{of} A () ! {gf (6.35)

Tro “anl_ll | frg To Ire |
- 11
og 1 KVP fo K22, (96
Or ¢ = —'_”1—A fr ¢+ <—) Ir (6.36)
Tro 2T | frg To Ire |

Functiile unghiulare se deduc cu usurinta pentru cele doud moduri elementare I si
Il de solicitare, Gomez s.a. (2007):

fo 1 (14 A)cos(1 —1,)6 cos(1+ 1,)0
frr = (B —=A)cos(1 =28 ¢ + xp, (1 — A1) § —cos(1 + 1,)6
P R R CEr D] | i i o) B sin(1+ 20 )| €37
(1 + puy)cos(1 — uy)0 cos(1+ u,)6
Xa, B — pa)cos(1 — py)0 ¢ + xc, {—cos(1+ uy)0
(1= py)sin(1 — uy)0 sin(1+ py)0

9o
gr = ud
!grg} 4(q — 1)[1 + A4+ Xb1(1 - 11)]

(1 + A)sin(1 — 1,)0 sin(1+ 1,)6
B = 2A)sin(1 —2,)8 ¢ + xp,(1 + 4,) { —sin(1 + 1,)0 (6.38)
(1 —2,)cos(1—1,)0 cos(1+ 1,)6 '
(1 + py)sin(1 — py)0 —sin(1 + u,)0
Xa, § B — p2)sin(1 — pz)0 ¢ + xc, | sin(l+ p3)0
(1 — pz)cos(1 — uy)8 —cos(1 + p,)0
In starea plani de deformatie functiile unghiulare indeplinesc si relatiile:

fe=v(fo+ 1) gz =v(ge + 9r) (6.39)

q
4(u, — 1)[1 Az + xp,(1 + Az)]

{fre} 1-1,+ sz(l + ;)
o] -

r0
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7. Abordari ingineresti de evaluare a integritatii structurale
7.1. Teoria Distantelor Critice (TCD)
7.1.1. Scurt istoric al TCD

Metoda Distantelor Critice (Theory of Critical Distances) reprezinta un grup de
metode care au o abordare comuna, si anume, utilizeaza doi parametrii de material: o
lungime caracteristica L si o tensiune criticad ;. Din acest grup de metode, pornind de la
metoda punctului (Point Method), mai fac parte metoda liniei (Line Method), metoda
ariei (Area Method) si metoda volumului (Volume Method), asa cum sunt prezentate de
Taylor (2007). TCD este aplicata in investigarea cedarii prin rupere fragila si prin
oboseald in domeniul durabilitatilor mari in prezenta concentratorilor de tensiune.

Independent unul de celalalt, Neuber (1958), in Germania, si Peterson (1959), in
SUA, au introdus primele formulari pentru metoda liniei, respectiv, pentru metoda
punctului. Astfel, initial, cu scopul de a determina campul tensiunilor elastice de la varful
crestaturilor, iar, mai tarziu, in estimarea cedarii prin oboseald, Neuber a calculat
tensiunea medie pe o anumita distanta critica pornind de la varful crestaturii si a propus
urmatoarea relatie pentru coeficientul efectiv de concentrare a tensiunilor la solicitari
variabileK:

Ko=14t1
f = o (7.1)

1+ |

D

unde K, este coeficientul teoretic de concentrare a tensiunilor, p este raza de la varful
crestiturii si p* este parametrul de material reprezentand distanta critica. In schimb,
utilizand tensiunea calculata Tntr-un anumit punct la o distanta critica de la varful
concentratorului, Peterson a propus o solutie diferita:
K, —1
@=1+I:7: (7.2)
p
unde p** este parametrul de material ales de Peterson, cu semnificatia de distanta critica.
Principalele neajunsuri ale acestor formulari au fost legate de stabilirea valorilor

distantelor critice utilizate si de cunoasterea exactd a distributiei tensiunilor la varful
concentratorilor, pentru estimarea K;. Cei doi cercetatori au recurs in final la o
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determinare empirica a parametrului de material, prin ajustarea predictiilor cu datele
experimentale.

Un deceniu mai tarziu, metoda punctului si metoda liniei au fost propuse de
McClintock si Irwin (1965), respectiv Novozhilov (1969) pentru studiul cedarii prin
rupere fragila.

Un pas important in dezvoltarea TCD este reprezentat de cercetarile lui Whitney
si Nuismer (1974), dedicate ruperii compozitelor laminate care contin discontinuitati
geometrice strdpunse. Lucrarea propune doud criterii de rupere bazate pe calculul
tensiunilor, similare cu metoda punctului si metoda liniei, care au fost verificate
experimental pentru concentratorii de tip fisurd si gaurd circulara. Ambele abordari
utilizeaza doi parametrii de material: cate o lungime caracteristica si rezistenta de rupere
la tractiune. Criteriile de rupere propuse de Whitney si Nuismer (1974) stabilesc legatura
cu LEFM si exprima distanta Critica in functie de factorul critic de intensitate a tensiunii
K, si rezistenta la rupere o, determinatd pe epruvete fara concentratori de tensiune, in
forma:

K. = o,4/27d, , pentru metoda punctului (7.33)
K. = o, f% , pentru metoda liniei. (7.3b)

De asemenea, cele doud abordari stabilesc si raportul distantelor critice 4dy = a,.
Investigand mecanismul de cedare in cazul unor polimeri epoxidici, Kinloch si
Williams (1980) au utilizat o tensiune criticd o, diferitd de rezistenta la rupere o,
determinata experimental, un pas important in dezvoltarea TCD.
Pentru calculul la solicitari variabile in domeniul durabilitatilor mari, Tanaka
(1983) a propus, dupa aproape un deceniu, relatia de determinare a distantei
caracteristice:

1 (AKth) (7.4)
=7 Aoy '

unde AK,j, reprezinta valoarea de prag a variatiei factorului de intensitate a tensiunii, iar
Aoy limita de oboseald determinata pe epruvete standard.

Mai tarziu, solutia a fost redescoperita si validatd experimental, Lazzarin s.a.
(1997), Taylor (1999), dovedindu-si utilitatea in estimarea durabilitatii componentelor
cu concentratori de tensiune.

Aplicarea TCD la evaluarea integritatii structurale implicd cunoasterea

distributiei tensiunilor elastice la varful concentratorului, obtinuta cu usurinta in cazul
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unor geometrii complexe din analiza numerica cu elemente finite, si a doi parametrii de
material: lungimea caracteristicd L si tensiunea criticd oy, denumitd si rezistenta
intrinseca a materialului, Susmel si Taylor (2008a).

7.1.2. Metodele TCD

Metoda punctului (MP) este prezentata considerand cazul epruvetei din figura
7.1, solicitatd la intindere monoaxiald. Distributia tensiunilor de la varful
concentratorului se obtine dintr-o analiza liniar-elastica cu elemente finite.

Metoda punctului enunta criteriul de cedare astfel: ruperea fragila se produce
atunci cand tensiunea la o distanta criticd L/2, masurata de la baza concentratorului
pornind din punctul de tensiune maxima (hot spot) de-a lungul directiei critice (focus
path), egaleaza tensiunea critica o, a materialului, Taylor (2007).

Daca se noteaza cu r distanta de la varful concentratorului, metoda punctului se
formuleaza matematic astfel:

L L
0'9(7‘:5;9:0):0'1(7":5;9:0):0'0 (75)

Pentru epruveta din figura 7.1, alegerea este evidentd: punctul de tensiune maxima este
plasat chiar la varful crestaturii, iar directia de evaluare a tensiunii este normald la
directia de solicitare. Tensiunea normald gy este tensiunea normala principald maxima

01, iar directia pe care se masoara distanta critica L/2 este perpendiculara pe directia
tensiunii principale maxime.

f Onom

S (G

!
* Onom

Figura 7.1. Estimarea ruperii fragile cu Metoda Punctului, Taylor (2007)

Asadar, problema se reduce la determinarea tensiunii nominale aplicate o pentru

care se produce ruperea fragild. Pentru a estima aceastd tensiune, MP utilizeaza

119



distributia tensiunilor elastice la varful concentratorului, fie obtinuta cu o solutie
analiticd, fie cu o analiza numerica. MP se aplica cu usurinta deoarece, analiza fiind una
linear-elasticd, in fiecare punct tensiunile sunt direct proportionale cu tensiunea
nominald aplicatd, rezolvarea problemei implicand doar simpla scalare a curbei tensiune-
distanta.

Pentru situatiile complexe, din punctul caracterizat de valoarea maxima a tensiunii
principale g, evaluarea tensiunii se face de-a lungul normalei la suprafata crestaturii,
directie perpendiculara pe tensiunea principala maxima.

Taylor (1999) a obtinut expresia pentru lungimea caracteristica L realizand
legdtura teoreticad cu mecanica ruperii liniar-elastice. Daca TCD este valabild pentru
oricare tip de concentrator de tensiune, atunci TCD este aplicabila si fisurilor. lar, Tn
zona de la varful fisurii, distributia tensiunii circumferentiale og este datd de relatia,
Westergaard (1939):

Onom - a
og(r, 0 = 0) 1 N % = O'nom\/; (7.6)
[ B (a + r) ]
Relatia (7.6) este valabild pentru r <« a, cu alte cuvinte lungimea fisurii a este mult mai
mare decat lungimea caracteristica L. Daca se noteazd cu of tensiunea nominala aplicata

la ruperea fragila a corpului cu fisura, din relatiile (7.5) si (7.6) se obtine:

a

= - 7.7
0% = 07 |7 (7.7)

Daci se introduce expresia factorul de intensitate a tensiunii K:
K = opomVTa (7.8)

atunci, in momentul cedarii prin rupere fragila a corpului cu fisura, din perspectiva
mecanicii ruperii liniar-elastice, se obtine:

K. = gsVma (7.9)
Daci se elimind oy intre ecuatiile (7.7) si (7.9) rezulta expresia propusa de Taylor (1999)

pentru calculul lungimii caracteristice L:

L= l(&)z (7.10)

T\ 0y

unde s-a introdus tenacitatea materialului K;., determinata in conditii standard.
Valoarea tensiunii critice o, se stabileste in functie de tipul materialului. Pentru
materialele fragile (materiale ceramice, compozite armate cu fibre etc.) care prezintd un
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comportament liniar-elastic pana la ruperea finala, tensiunea critica o, este egala cu
rezistenta de rupere la tractiune monoaxiali o, determinati pe epruvete standardizate. In
acest caz, lungimea caracteristica se calculeaza cu relatia (7.10).

Daca ruperea finald este precedatd de o deformatie plastica limitata (polimeri,
incercari ale metalelor la temperaturi joase), tensiunea critica g, este mai mare decét o,..
Pentru astfel de conditii, tensiunea criticd g, se determind prin testarea unor epruvete
care prezintd concentratori de tensiune diferiti, distributiile tensiunilor la varful
concentratorilor fiind caracterizate de valori maxime si variatii diferite, Taylor (2007),
Susmel si Taylor (2008a).

Aceastd modalitate de determinare a parametrilor de material este ilustratd in
figura 7.2: L si g, sunt coordonatele punctului de intersectie a celor doud curbe care
reprezintd distributiile tensiunilor elastice in functie de distanta de la varful crestaturii,
in conditiile de initiere a ruperii, adica tensiunea nominala este egala cu oy.

crestatura v
crestatura
semicirculara

- L/2 'r>

Figura 7.2. Determinarea parametrilor L si oo la cedarea prin rupere fragila, Taylor (2007)

Pentru celelalte trei metode (figura 7.3) parametrul utilizat nu este tensiunea intr-
un anumit punct, c¢i valoarea medie a acesteia stabilitd pentru o anumitd regiune a
campului de tensiune. Astfel, In metoda liniei (ML) valoarea medie se calculeaza pe o
distanta critica egald cu 2L, pornind de la varful concentratorului (unde r = 0):

2L
1
T a(r)dr = g, (7.11)
0

Metoda ariei (MA) si metoda volumului (MV) presupune medierea tensiunilor
pe o anumita suprafata din vecindtatea concentratorului, respectiv pe un anumit volum.
In mod evident, rezultatele vor depinde de forma suprafetei, respectiv de forma
volumului. Tn cazul unui concentrator ascutit, pentru o suprafata de forma semicirculara
cu centrul In punctul de tensiune maxima, Bellet s.a. (2005) au demonstrat ca raza critica
este egala cu 1,32L (figura 7.3). Similar, pentru un volum de forma semisferica Bellet
s.a. (2005) au obtinut o raza critica de 1,54L. Ultimele doud metode sunt relativ dificil
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de utilizat, necesitand efectuarea unor integrale de suprafata sau de volum, fara sa aduca

o imbunatatire semnificativa a preciziei estimarilor.

a 1}3214 varful
f e > concentratorului
i
| ML (2L) MA (1,32L)
; \ MV (1,54L)
!

D : @)@ ......... -
|
= punctul de tensiune
2 maxima
E MP (L/2)
* JTLO?T[ 2L
P

Figura 7.3. Metodele TCD, Taylor (2007)

TCD a fost aplicatd cu succes la predictia cedarii prin rupere fragild a
componentelor din materiale ceramice, Taylor (2004), din materiale compozite sau
polimeri, PMMA - Susmel si Taylor (2008b), materiale poliuretanice — Negru (2009),
Negru s.a. (2013, 2015a, 2015b).

7.1.3. Aplicarea TCD la evaluarea rezistentei la oboseala

TCD este capabild de a estima limita de oboseald a componentelor cu
concentratori de tensiune. Conform MP criteriul de cedare la oboseald in domeniul
durabilitatilor mari se formuleaza astfel:

L L
AO’Q(T=E; 9:0>:A0'1<T=§; 9=0)=A0’0 (712)

unde Ao, reprezinta limita de oboseala determinatd pe epruvete standard. Cu alte
cuvinte, o componentd cu un concentrator de tensiune atinge conditiile limita ale
rezistentei sale la oboseald atunci cand variatia tensiunii de deschidere a fisurii (sau
variatia tensiunii principale) Agy atinge Aoy la o distanta egala cu L/2 masurata de la
varful concentratorului de tensiune.

Lungimea caracteristicd L se determina cu relatia urmatoare:

2
X (Ath) (7.13)
T\ Agy
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unde AK;y si Aoy se determind pentru acelasi coeficient de asimetrie R al ciclului de
solicitare.

O strategie alternativd pentru stabilirea lungimii caracteristice L, fara
determinarea experimentala a valorii de prag AK;, a variatiei factorului de intensitate a
tensiunii, a fost propusa de Susmel si Taylor (2010). Aplicarea acesteia presupune
cunoasterea curbelor de durabilitate S-N pentru doua tipuri de epruvete: epruvete
standard (fara concentratori de tensiune) si, respectiv, epruvete cu un concentrator de o
geometrie cunoscuta.

Astfel, utilizand o analiza cu elemente finite, se obtine campul tensiunilor
elastice Aoy In zona de la varful crestiturii. In figura 7.4 este reprezentata distributia
tensiunilor Aoy in functie de distanta r masurata de la varful crestaturii, de-a lungul
perpendicularei pe directia tensiunilor principale maxime, pentru o variatie a tensiunii
aplicate egala cu limita de oboseald Agy, a epruvetelor cu concentratori de tensiune.
Punctul in care orizontala corespunzatoare limitei de obosealda Agy intersecteaza curba
variatia tensiunii-distanta determina distanta critica L/2, conform metodei punctului.

Aoy tensiunea
/ aplicata
A
y
L/2 r

Figura 7.4. Determinarea lungimii caracteristice L la oboseala in domeniul durabilitatilor
mari, Susmel si Taylor (2010)

Metodologia de lucru prezentatd se constituie si Intr-o alternativd pentru
determinarea caracteristicilor de material, si anume, tenacitatea la rupere K, respectiv
valoarea de prag a variatiei factorului de intensitate a tensiunii AK;,, Susmel si Taylor
(2010).

Considerand domeniul durabilitatilor medii, intre 50000 si 10° cicluri, Susmel si
Taylor (2007) au introdus lungimea caracteristica L ca o functie de numarul de cicluri
N péana la cedare:

L(Nf)=A-N/ (7.14)

unde A > 0si B < 0sunt constante care depind de coeficientul de asimetrie R al ciclului
de solicitare.
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7.1.4. Reformularea TCD la solicitarile Tn moduri mixte

Analizand ruperea fragila a epruvetelor cilindrice confectionate din PMMA si
solicitate Tn modul mixt I+lll, in prezenta concentratorilor de tipul crestaturd
circumferentiald, Susmel si Taylor (2008b) au reformulat TCD. Justificate de
modificarea mecanismului de rupere cu gradul de multiaxilitate, ipotezele care au
constituit pentru Susmel si Taylor (2008b) punctul de plecare in reformularea metodei
distantelor critice sunt:

a). tensiunea criticd g, nu depinde de multiaxialitatea cAmpului tensiunilor de la
varful crestaturii, astfel Tncat, la evaluarea ruperii componentelor cu concentratori de
tensiune solicitate Tn moduri mixte, se poate utiliza valoarea tensiunii critice g
determinata pentru modul [;

b). lungimea caracteristica L se modifica cu gradul de multiaxialitate al cAmpului
tensiunilor de la varful concentratorului; pentru o solicitare mixta I+1II Susmel si Taylor
(2008b) au introdus raportul tensiunilor principale ca o masura a gradului de
multiaxialitate:

_aen)
o =5 om

Se observa din relatia (7.15) cd pentru o distantd r, masuratd de la varful crestaturii,
coeficientul B8 depinde de orientarea ¢ a planului considerat, iar pentru o orientare ¢

(7.15)

data, acesta se modificd cu distanta .

C). cedarea este cauzata de propagarea fisurilor initiate in planul critic definit de
unghiul ¢*, acest plan fiind caracterizat de tensiunile normale o, maxime.

Tn acest plan critic de orientare ¢*, Susmel si Taylor (2008b) au considerat ci un
comportament liniar-elastic se transpune in dependenta liniara dintre lungimea critica si
coeficientul de multiaxialitate:

L[B(¢", )] = AB(¢*,7) + B (7.16)

Constantele de material A si B se calculeaza prin particularizare, in cazurile limita: f =
0 pentru modul I de solicitare si § = 1 in modul 1.

Aplicarea practica a metodei punctului este ilustrata grafic in figura 7.5, Susmel

si Taylor (2008b). Astfel, se localizeaza punctul potential de initiere a fisurii pe suprafata

epruvetei si se calculeaza coeficientul de multiaxialitate S, respectiv lungimea
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caracteristica L(f), de-a lungul directiilor care pornesc din acest punct, in functie de
distanta r si unghiul ¢. Distanta critica L/2 este solutia ecuatiei:

L[B(e*, 1] _0 o A-Ble" 1) +B

2 2
unde ¢@* este directia caracterizata, la distanta determinata din (7.17), de tensiunea

r=0 (7.17)

normald maximd g,,. Cedarea prin rupere fragild se produce cand tensiunea o+ (L/2)

atinge valoarea critica oy

+

Op

| %
|

LB)/2
F

Figura 7.5. Aplicarea MP pentru o solicitare n modul mixt I+I1I, Susmel si Taylor (2008b)

B

Recent, Negru s.a. (2015a) au propus, pentru modul mixt de solicitare I+II, o
relatie similara de calcul a lungimii caracteristice:
L(M¢)=A-M®+B (7.18)
Parametrul M¢ tine cont de combinatia dintre modul I si modul II, Ayatollahi si Torabi
(2009):
2 (K
M¢ =—-tan™?! (—) (7.19)
/4 Ky
Constantele A si B se determina pentru doua configuratii limita: modul I (M€ = 1) si
modul Il (M€ = 0).
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7.2. Criteriul valorii medii a energiei specifice de deformatie

Criteriul valorii medii a energiei elastice specifice de deformatia W (averaged
strain energy density method ASED) a fost propus de Lazzarin si Zambardi (2001) pentru
evaluarea ceddrii prin rupere fragila si 1a solicitari variabile, Tn domeniul durabilitatilor
mari, a componentelor structurale cu crestaturi V ascutite (concentratori singulari).
Valoarea medie W se determina pe un volum finit cu raza R,., respectiv o suprafata finita,
in aplicatiile plane.

Criteriul enunti ci ruperea fragild se produce atunci cand valoarea medie W atinge
valoarea critica W_:

W< W, (7.20)
inegalitatea reprezentdnd conditia care asigurd integritatea componentelor structurale.

Pentru materialele fragile, valoarea criticd W, se determina cu relatia:
W= % (7.21)
¢ 2E
unde tensiunea criticd o, este egala cu rezistenta de rupere o, la intindere monoaxiala,
iar E reprezintda modulul de elasticitate longitudinala.

Criteriul a fost extins de Lazzarin si Berto (2005a) la ruperea fragila in modul I de
solicitare a componentelor structurale cu concentratori de tensiune nesingulari de tipul
crestaturd U si crestaturd V rotunjita la varf.

La concentratorii de tensiune nesingulari de tipul crestaturd, Gémez s.a. (2007) au
aplicat criteriul valorii medii a energiei specifice de deformatie la evaluarea cedarii
componentelor structurale solicitate in modul mixt I+11.

Lucrérile publicate de Gémez s.a. (2008) si Lazzarin s.a. (2010) au stabilit relatiile
de legituri dintre valoarea medie W a energiei specifice de deformatie si factorii de
intensitate a tensiunii pentru concentratorii de tip crestatura. Pentru modul I de solicitare,
Barati s.a. (2011) au stabilit legitura intre valoarea medie W si integrala J, Tn cazul

crestaturilor U.
7.2.1. Expresia energiei de deformatie pentru crestitura V ascutita

Pentru crestatura V ascutitd, de deschidere unghiulard 2« si raza la varf p = 0,
figura 7.6, originea sistemului de coordonate este plasata in varful crestaturii, cu alte
cuvinte ry = 0. In consecint, relatiile (6.35) si (6.36) se simplificd corespunzitor, iar

campul tensiunilor se obtine prin suprapunerea efectelor:
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I i
g o9} (06! K fo K/ fo
ort={ot +{op} =—Af, } +——{Ff- (7.22)
Tro Tro Tro Y 2mrt=h frg Y 2mrt—h2 frg

Energia specifica de deformatie pentru un material izotrop, cu un comportament
liniar-elastic, se exprima astfel:

1
W(r,0) = 75 [(64 + 02 + 02) — 2v(0g0, + 0g0, + 0,0,) + 2(1 +v)T5]  (7.23)

Tnlocuind expresiile tensiunilor (7.22) in relatia (7.23), se obtine energia specifica
de deformatie:

W(T, 9) = Wl(T, 0) + W2 (T, 9) + le(r, 9) (724)
Lazzarin si Zambardi (2001) au exprimat componentele energiei, astfel:

rz(/ll—l)(KIV)z

5 UG+ R = 2v(faf + fofs + FR) 200+ 0)(F)'T (7:29)

Wl (T, 9) =
r2(2-1) (Ki)?

T [(fZ + £2 + D" = 2v(fofs + fof, + LT+ 20 +v)(F3)1] (7.26)

W,(r,0) =

r(ll+lz—1)KIVKII§
A [(Fofe' + K 6" + £ ED v i + fa ' + fife' + A +

(7.27)
HEfe' +E A+ 2+ fr]

Deoarece domeniul de integrare este simetric Tn raport cu bisectoarea crestaturii

Wi, (r,0) =

V, contributia termenului W, este egald cu zero. Energia totald de deformatie,

determinata pe suprafata de raza R din figura 7.6, se determina prin integrare:

R tY
R211 Il(y) VN2 RZAZ 12(]/) V2
_ — = = 7.2
E(R)=E, +E, JJW(r,G)rdrdG E a4l (K7)* + E A, (K;)?* (7.28)
0 -y

unde y = m — «, iar integralele I, (y) si I, (y) sunt date de expresiile:
+y
1 2
[I = f [(fez + frz +f22) - ZV(fefr + foz + frfz)l + 2(1 + V)(frle) ]d@ (7-29)
-y
+y

Iy = f (7 + 12+ £2)" = 2v(fofs + fofy + Fof)" + 200+ )(f) ] do (7:30)

-Y
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In conditiile starii plane de deformatie, tensiunea normali o, este:
o, =v(gg + 0,.) (7.31)
si o, = 0 pentru starea plana de tensiune.
Lazzarin si Zambardi (2001) au obtinut o solutie analitica pentru integralele I, si

I, in conditiile starii plane de tensiune. O solutie numerica, prezentata tabelar in functie
de deschiderea unghiulara 2a, a fost publicata si pentru starea plane de deformatie.

2a

Figura 7.6. Suprafata de control pentru
crestatura V ascutitd, Lazzarin si Zambardi

Figura 7.7. Suprafata de control pentru

crestatura V rotunjitd, Gomez s.a. (2007)

(2001)
Daca aria sectorului circular pe care se efectueaza integrarea este:
R *Y
A= f f rdrdf = Ry (7.32)
0 -y

energia medie specifici de deformatie W se determini prin impartirea energiei E(R)
data de relatia (7.28) la aria A:

_ ER) I KV \* I KV \?
W — ( ) — 1()’) 1 + 2(]/) 11 (733)
AR)  4EAy \R™™M ) " 4EA,y \R %
2 2
_ el K,V e, K}f
_&a &2 7.34
=2 <R1_11> + (RHZ (7:34)

unde e; si e, sunt:
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L (y) L,(y)

; = 7.35
4/11)/ 4 ez (Za) 4/12)/ ( )

e;(2a) =

Prin simplificare, daca se reduce problema la modul I de solicitare si la o crestatura V cu
deschiderea unghiulard 2a = 0 (fisurd), din ecuatia (7.33) se determina raza critica R,:

1
_ [LOKE | 2040 (7.36)
A, VEW,

[

inlocuind W = W, si K} = K.
O alta relatie de calcul a razei critice R, a fost stabilita de Yosibash s.a. (2004):

@+ v)(5-8v) (K
Y

pentru starea plana de deformatie. Lazzarin si Berto (2005a) au propus o varianta de
calcul a razei critice R, pentru starea plana de tensiune:

R, = 5 4_n3V) (IZ_I:)Z (7.38)

7.2.2. Expresia energiei de deformatie pentru crestitura V rotunjita
(modul I)

Tn modul I de solicitare, pentru crestitura V rotunjita la varf (figura 7.7), constanta

a, din expresiile tensiunilor (6.21) se determina in functie de tensiunea maxima de la
varful crestaturii, Lazzarin si Tovo (1996):

_ nacy (7.39)

A= 1+ w, '
unde coeficientul w, este definit prin (6.29). Starea de tensiune data de relatiile (6.35)

devine:
1

g9y 1-2, | ( fo wi-2, (96
0. T 1 r 1~4
or] - B ) o 70
Tro 1 fr9 0 Ire

cu functiile unghiulare f; si g; cunoscute, relatiile (6.37). In conditiile mentionate,
Lazzarin si Berto (2005b) au determinat energia de deformatie astfel:

1/ Opmax )2 (r)Z(/h—l) (r)z(#1—1) <r>11+#1—2
W(r,0) =—|——— — F, — G — M 7.41
1(r,0) 2E (1 + wy To it To wt To | (741)

129



unde functiile unghiulare F, G, si M, au expresiile urmatoare:
I
By =[(f¢ + 2 + £7) = 2v(fofr + fofs + frf) + 2L + V)] (7.42)

1
G, = [(93 + g% + 92) — 2v(gogr + 9092 + 9rgz) + 2(1 +v)gZ] (7.43)

My, = [(foge + fr9r + £292) —v(fogr + gofr + f09: + gofz + £r92 + 9:f2) + 7.4

+2(1 + V)fregre]

Pentru calculul energiei de deformatie, Lazzarin si Berto (2005b) au utilizat 0
suprafata de control in forma de semiluna, figura 7.7, prin integrare obtinandu-se:

+6 R, 1 (V72m 2
E, = f W,dA = f W, (r, 0)rdrd = — (omax ) 2040 - (7.45)

Limitele de integrare +6 reprezinta, in sistemul de coordonate polar, unghiurile
masurate de la bisectoarea crestaturii la punctele de intersectie dintre suprafata de control
cu flancurile crestaturii. In ecuatia (7.45), integrala I; reprezint:

1
=5 (4 Lo+ ) (7.46)

unde

+0 (R;™ ~ Ry (6)*1)
_ (7.47)
h=[ A s

+6 (p2h1 _ m
1ﬂ=(ro)2(/11—u1>f (Rz" — Ru(6)™)

G,do (7.48)
-9 214 #

+0 (R;qﬂh _ R1(9)11+“1)
Ly = z(ro)ll—ulf

M;,do (7.49)
-6 A+ #
Pentru crestitura U, cu deschiderea unghiulard 2a = 0, integrala I, se anuleaza.

in final, se determini energie specifica de deformatie medie W prin impirtirea

energiei totale E; la aria suprafetei de control:

2
o B _1 <\/2namaxr01_'11> I

2_Z 7.50
1+ w, A ( )

1™ AT E

unde aria suprafetei de control este:
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A =f f rdrdf (7.51)
R,(0) /-0

Deoarece raportul I, /A depinde de deschiderea unghiulara a crestaturii 2a, de raza la
varf p si de raza critica R, Lazzarin si Berto (2005b) au introdus functiile H si F:

I 1 R,
Z(Za,p, RC) = mH(ZCK,F) (752)
~ 120 e\
P(Za)::(i———) < ) (7.53)
q 1+ w,
Astfel, energia specifici de deformatie medie W, exprimati prin (7.50), devine:
A7 El O-rznax RC
=—=——=FQRa)H(2a,— 7.54
W, = 7 = T FQaH (207 (7.54

Solutiile numerice ale functiilor H si F sunt date tabelar, dupa valorile coeficientului lui
Poisson v. Daca se utilizeaza factorul de intensitate a tensiunii pentru crestatura K IVp in

locul tensiunii maxime o, energia specifici de deformatie medie W, se exprima prin
relatia urmatoare, Berto si Lazzarin (2009):

2
B (k") 1 R, _—
W= =" samt <2a,—) (7.55)

7.2.3. Expresia energiei de deformatie pentru crestitura U (modul
mixt)

Relatiile de calcul se particularizeaza, pentru crestatura U, tindnd cont de

simplificarea urmatoare:

20=0, g=2, r0=g

Energia specificd de deformatie medie W, exprimati prin (7.54) si (7.55) se simplific,
n cazul modului I de solicitare, dupa cum urmeaza, Gomez s.a. (2007):

) Al = 0,5 , W1 = 1 (756)

V 2
, = Pomas (&) _(&") (&) (7.57)
4E p pE p

In modul mixt I+1I de solicitare, tensiunea principald maxima o,,,, Se produce in afara
bisectoarei crestaturii, in punctul P, a carui pozitie determinata prin unghiul ¢ depinde
de combinatia dintre cele doua moduri elementare (figura 7.8). Astfel, relatiile obtinute
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de Lazzarin si Berto (2005b) pentru modul | de solicitare nu se aplicd in aceasta
problema.

Figura 7.8. a). Suprafata de control pentru o crestaturda U — modul | de solicitare;
b). Suprafata de control pentru o crestiturd U — modul mixt de solicitare, Gémez s.a. (2007)

Pentru a depasi acest inconvenient, Berto s.a. (2007) au obtinut o relatie echivalenta
pentru calcul energiei specifice de deformatie medie W;:

2
W, = " e (%) (7.58)
unde functia H*(R./p) depinde de coeficientul lui Poisson v, de raza normalizata R./p
si de combinatia dintre modul I si II.

La predominanta modului I de solicitare, diferentele dintre valorile functiilor H si
H* sunt mai mici de 1%. In schimb, la predominanta modului Il de solicitare, diferentele
sunt plasate n intervalul 5+8,5%.

Bazati pe calculul numeric al energiei specifice de deformatie Wy, in particular
analiza cu metoda elementului finit, Gomez s.a. (2007) au dezvoltat o metoda alternativa
pentru modul mixt de solicitare. Ipotezele de calcul sunt urmatoarele:

a). suprafata de control, care-si pastreaza forma de semiluna, se obtine in modul
mixt [+II prin rotirea suprafetei de control determinatd in modul I, astfel Incat sa fie
centrata in punctul P de tensiune maxima, figura 7.8b;

b). valoarea critica a energiei specifice W, determinata pentru modul I rdméane
valabila si pentru modul mixt de solicitare 1+11.

Criteriul ASED a fost utilizat la estimarea ruperii fragile a materialelor
poliuretanice in prezenta crestaturilor U, in modul mixt de solicitare I+II, de Rus (2013),
Filipescu s.a. (2014).
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7.2.4. Aplicarea criteriului ASED la evaluarea rezistentei la oboseala

Cedarea prin oboseald in regimul durabilitatilor mari, chiar in prezenta
concentratorilor de tensiune, se produce, Th mod uzual, Tn domeniul liniar-elastic. Astfel,
acceptand aceasta observatie, criteriul ASED a fost aplicat la evaluarea rezistentei la
oboseald a imbinarilor sudate din oteluri de constructii, Lazzarin s.a. (2004), Livieri si
Lazzarin (2005), Lazzarin s.a. (2008a), Berto si Lazzarin (2009).

Abordarea tine cont de configuratia geometricd a imbinarii, cu scopul de a
dezvolta o metoda simpla si eficientd de evaluare a rezistentei la oboseala, introducand
0 serie de simplificari, ilustrate pe sudura de colt din figura 7.9: raza la radacina sudurii
p = 0 si deschiderea unghiulara 2a = 135°.

p=0mm
2a = 135°

2a = 135°

volum
critic

p=02+08mm

a). b).

Figura 7.9. a). Geometria reala; b). Geometria simplificata, Berto si Lazzarin (2009)

Ceilalti factori care influenteaza rezistenta la oboseald a Tmbindrii sudate, si
anume, tensiunile remanente, neomogenitatile materialului in zona mbindrii sudate,
procesul tehnologic, sunt abordati statistic.

Cu aceste ipoteze formulate, valoarea medie a variatiei energiei specifice de
deformatie AW determinati pe un volum critic de razi R, (figura 7.10) este o mirime
scalara care se poate exprima in functie de NSIF in modul mixt I-I1, pentru problemele

plane, sau in functie de NSIF in modul I-111, n situatiile tridimensionale, Lazzarin s.a.

(2008a):
AK, ’ AK, ’ AK, ’
— € I €2 11 €3 11
1-2 1-1 1-1
E RC 1 E RC 2 E Rc 3
unde valorile pentru e, e;, e; sunt date in functie de deschiderea unghiulara 2a si
coeficientul lui Poisson v, Berto si Lazzarin (2009).
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Raza R, a volumului de control se determina pe baza rezistentei la oboseald Aoy
a Tmbinarilor sudate cap la cap, care include influenta procesului tehnologic, in absenta
concentratorilor de tensiune, figura 7.11, cu relatia:

1/1-244
2e,;AKY,
R, = <_m> (7.60)

Aoy

unde AK}, este rezistenta la oboseald exprimati prin variatia NSIF pentru o imbinare
sudatd de colt, cu deschiderea unghiulara 2« suficient de mare astfel incat sa asigure
singularitatea cdmpului tensiunilor in modul 11 de solicitare. Evaluarea razei critice R,
se efectueazi la o duratd de viatd egald cu N, cicluri (2+-10° + 5+ 10° cicluri) si un
coeficient de asimetrie al ciclului de solicitare R = 0.

2a

<)Zaf
(7/ Aoy Aagy
CEEd [P =

2a

N4
R, AN

Re

vy

Figura 7.10. imbinare sudata in cruce, Lazzarin s.a. Figura 7.11. imbinare sudata cap la
(2008a) cap

De influenta coeficientului de asimetrie R al ciclului de solicitare, determinat
pentru sarcina nominala aplicatd, se tine cont prin coeficientul ¢, introdus de Lazzarin
s.a. (2004):

1+R?
mPéTltTIL—lSRSO
cw(R)=+< 1 pentru R=0 (7.61)
1— R?
Lm pentru 0<R<1

Astfel, valoarea medie a variatiei energiei specifice de deformatie AW se determina:
AK, ‘ AK, ‘ AK, ’
- €1 I €2 1 €3 1l
AW = cy (1—_1) +— (1—_1) +— ( 2 ) (7.62)
E Rc 1 E RC 2 E Rc 3
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Criteriul ASED, in abordarea formulatd de (7.62), a fost utilizat la evaluarea
cedarii prin oboseala multiaxiald Tn modul I+111, in prezenta concentratorilor de tensiune
de tipul crestitura V rotunjita la varf, Atzori s.a. (2000), Berto s.a. (2011a), Berto si
Lazzarin (2011b), Berto s.a. (2014).

Daci raza p la varful crestaturii este prea mare pentru a neglija efectului ei Tn
calculul NSIF, Atzori s.a. (2006) au propus calculul variatiei energiei totale AW; in

punctul caracterizat prin tensiunea maxima, astfel:
c c
AW, = % (Ackax + 2(1 + V)ATE4y) = % (K20025m + 2(1 + V)K2AT2,m) (7.63)

unde Adyqx S1 ATpqy Teprezintd variatiile tensiunilor maxime normald si tangentiala,
AGpom $1 ATy om sunt variatiile tensiunilor nominale aplicate in sectiunea neta, iar K, si
K, sunt coeficientii teoretici de concentrare a tensiunilor pentru cele doud solicitari.

Pentru oboseala multiaxiald in modul I+I1I, la aplicarea sarcinilor in opozitie de
faza, se produce un fenomen de interferenta a fisurilor si Contactul dintre fetele lor.
Evaluarea rezistentei la oboseala, cu bune rezultate, face necesara utilizarea unor raze
diferite R; si Rz ale volumelor de control, atribuibile celor doud solicitari, Berto s.a.
(20114a):

1/1-24

1/1-4
R, = —VzelXAKK‘ R. = _& % % ’ (7.64)
1 Aoy, ’ 3 N1+v ATyppa

Rezistentele la oboseald Ag;, si ATy, pentru cele doud moduri de solicitare, precum si
variatiile factorilor de intensitate a tensiunii AK} si AK};; 4 se calculeazi la acelasi numir de
cicluri N4 pana la cedare.

Astfel, valoarea medie a variatiei energiei specifice de deformatie AW se

IVSAN AKY
— Cy i 111
AW = F eq X (F) +e3 X <R1_A3> (7.65)

1 3

determina:

Utilizarea criteriului ASED la evaluarea integritatii structurale are o serie de avantaje,
Lazzarin s.a. (2008b), Berto si Lazzarin (2009, 2014):

J in opozitie cu evaluarea directd a NSIF pentru care este necesard o discretizare
find in zona de la varful concentratorilor de tensiune, estimarea valorii medii a SED pe
volumul de control se poate realiza cu exactitate utilizand o discretizare grosiers,;
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. criteriul ASED tine cont de contributia diferitelor moduri de solicitare si de
asimetria ciclului de solicitare;

. criteriul ASED tine cont de efectul tensiunilor nesingulare T, tensiuni care nu
sunt neglijabile in cazul pieselor de grosime mica;

. calculul valorii medii a SED pe un volum de control cuprinde si efectele
tridimensionale din zona de la varful concentratorului de tensiune;

. valoarea medie a SED fiind o mérime scalard, neajunsul legat de unitatea de
madsura a NSIF este surmontat;

° calculul valorii medii a SED pe un volum de control de la varful
concentratorului de tensiune surmonteaza problema complexa a initierii multiple si a
interactiunii dintre fisuri.

Valorile critice ale energiei elastice W, si razei de control R, nu sunt independente, in
principiu, de tipul solicitarii. In cazul oboselii multiaxiale, raza R, a volumului de control
este diferita la torsiune, prin comparatie cu valoarea determinata la intindere.

De asemenea, Berto si Lazzarin (2011b) recomanda ca raza R, s se determine a
posteriori ca raza care asigurd, pentru componentele cu concentratori de tensiune, o
valoare medie a SED pe volumul de control egala cu cea obtinutd pentru epruvetele fara
concentratori de tensiune la o durati de viatd de 2 - 10° cicluri.
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7.3. Metoda modelarii fisurii

Metoda modelarii fisurii (Crack Modelling Method, CMM) reprezinté o abordare
bazatd pe conceptele mecanicii ruperii liniar-elastice si este utilizatd la estimarea
rezistentei la oboseald In domeniul durabilitdtilor mari pentru componentele cu
concentratori de tensiune, Taylor (1996), Taylor s.a. (1997), Wang s.a. (2000). Metoda
modeleaza un anumit concentrator de tensiune ca pe o fisurd avand o geometrie standard:

placa infinita cu fisura centrala strapunsa.

Analiza cu elemente finite a
starii de tensiune pe
componenta reald (sarcina
aplicata P)

$44 4400

r _2a

vy vy Onom

Placa infinita cu fisura centrald
strapunsa

y

sarcina aplicata P
o

r
>

Distributia tensiunii la
varful concentratorului

~N r

!
Factorul de intensitate a

tensiunii K aplicat

Y

Y

Ajustarea curbeloro - r

Estimarea K pentru sarcina P

Figura 7.12. Metodologia de aplicare a CMM, Taylor (1996)

Metodologia de aplicare a CMM este ilustratd in figura 7.12. Pentru componenta
reald, de obicei cu o geometrie complexd, distributia tensiunii normale principale

maxime oy in functie de distanta r se obtine din analiza liniar-elastica cu elemente finite,




la sarcina aplicatd P. Solutia analitica a lui Westergaard (1939), pentru placa infinita cu
fisura centrala strapunsa, descrie distributia tensiunii oy la varful fisurii:

Jnom

] e

unde 2a este lungimea fisurii si 0;,,,, reprezinta tensiunea nominala aplicata.

og(r,0 =0) =

In continuare, sunt comparate cele doud solutii, cea numerici pentru
concentratorul real de tensiune cu solutia analitica pentru fisurd. Prin modificarea
parametrilor 2a si 0y, din ecuatia (7.66) se determina solutia care ajusteaza optim
distributia tensiunii o; — r a componentei structurale reale. Se introduce astfel un factor
echivalent de intensitate a tensiunii:

K = oyomVTa (7.67)
pentru piesa reala.

In final, rezistenta la oboseald a componentei investigate, in forma sarcinii ciclice
aplicate AP, se obtine ca sarcina pentru care factorul echivalent K de intensitate a
tensiunii egaleaza valoarea de prag AK;, pentru materialul piesei.

Taylor si Carr (1999) au studiat influenta anumitor factori asupra preciziei
estimdrilor obtinute prin ajustarea celor doud curbe tensiune-distanta: limitele 7y, si
Tmax INtre care se optimizeaza ajustarea, densitatea retelei de elemente finite, solutia
utilizata pentru a descrie campul tensiunilor la varful fisurii.

Pentru optimizarea ajustarii curbelor o — r, Taylor si Carr (1999) au propus

minimizarea ariei suprafetei dintre acestea, adicd minimizarea sumei:

n—1
fa= Z |Aiw — Ai peal (7.68)
i=1

pentru cele n perechi de valori (g; — 17), aria A; fiind evaluata prin integrare numerica.
Eroarea relativa de ajustare E, a celor doud curbe ¢ — r se calculeaza astfel:
XAy = Agppal
4T 2?;11Ai,FEA
Abordarea CMM prezinta avantajul ca implica cunoasterea unui numar minim de
caracteristici mecanice pentru materialul piesei investigate. S-a dovedit utila pentru

- 100 [%)] (7.69)

concentratorii de tensiune care au o razd p la varf mai mica decat o anumitd valoare
criticd, adicd in cazul concentratorilor ascutiti al caror comportament la oboseald este
similar cu al fisurilor. Estimarile pentru concentratorii bonti (razd mare la varf) sunt
conservative, afectate de erori semnificative.
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7.4. Metoda volumetrica

Metoda volumetricd (Volumetric Method) reprezinta o abordare locald, care
utilizeaza distributia tensiunilor elasto-plastice de la varful concentratorilor de tensiune,
in predictia rezistentei la obosealda. Metoda volumetrica porneste de la ipoteza ca
acumularea deteriorarilor la solicitari ciclice depinde de tensiunea medie Th zona de
proces, de gradientul relativ al tensiunii, nu doar de tensiunea maxima de la varful
concentratorului de tensiune.

Pluvinage (1998, 2003) distinge trei zone in distributia tensiunilor elasto-plastice
din zona varfului unei crestaturi, figura 7.13:

. zona | 1n care tensiunea este aproape constantd, la o valoare maxima 4

. zona Il de tranzitie;

o zona Il caracterizata de o pseudo-singularitate a tensiunii

Tyy (x) = x_“ (7.70)

un constantele C si a depind de geometria crestaturii si de solicitarea aplicata.
1000

cy(x) [MPa]

| Oefr

zona | zona ll zona Il
Xerr

0.002 0.02 0.2 distanta [mm] 2

-35

Figura 7.13. Distributia tensiunilor elasto-plastice gy si variatia gradientului relativ y(x)
Etapele de aplicare a metodei volumetrice in estimarea rezistentei la oboseala sunt
redate Tn figura 7.14. Abordarea volumetrica calculeaza o tensiune medie, denumita
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tensiune efectiva o, ¢, prin integrare pe o distanta efectiva X, considerata ca frontiera

zonei de proces, considerand si efectul ponderat al gradientului tensiunii. Aceste marimi

efective marcheaza inceputul zonei de pseudo-singularitate a tensiunii. in mod obisnuit,

distanta efectivi X.rr se determind din curba tensiune — distantd, reprezentatd in

coordonate dublu- logaritmice, ca punctul in care gradientul relativ al tensiunii:
1 0doy(x)

og(x) Ox

¥(x) = (7.71)

atinge minimul sau. In ecuatia (7.71), 0 (x) este tensiunea de deschidere a crestiturii
sau tensiunea normala maxima, iar pentru modul I de solicitare se reprezinta de-a lungul
bisectoarei deschiderii unghiulare a crestaturii.

Tensiunea efectiva o, 5 se obtine prin integrare pe distanta efectiva X,r:

" Xeff
Oeff =% f og(x) X @(x, x)dx (7.72)
Xers )

unde functia de ponderare ¢(x,y) este introdusa cu scopul de a evidentia efectul
gradientului tensiunii la varful concentratorului. Adib-Ramezani si Jeong (2007) au
subliniat faptul ca functia de ponderare depinde in mod explicit de gradientul tensiunii
in zona de acumulare a deteriorarilor. De asemenea, in mod implicit, functia ¢(x, x)
depinde de geometria concentratorului, de tipul solicitarii si de proprietatile materialului.
Functia de ponderare trebuie sa indeplineasca conditiile, asa cum recomanda Adib-
Ramezani si Jeong (2007):

0< QD(X,)() <1; (p(O,)((O)) =1; (p(xmax')((xmax)) =1 (7-73)

Prima conditie defineste domeniul de valori al functiei pondere, cea de-a doua indica
contributia tensiunii maxime de la varful concentratorului, iar ultima defineste gradientul
tensiunii in epruveta fara crestaturd. O comparatie a diferitelor functii de ponderare este
prezentata pe larg de Adib-Ramezani si Jeong (2007).

Urmand etapele metodei volumetrice, se calculeaza coeficientul efectiv de
concentrare a tensiunilor K, denumit si factor de reducere a rezistentei la oboseald:

Xeff
1

K= —F— f ag(x) X @(x, y)dx (7.74)
JnomXeff o

unde tensiunea nominald a,,,,, se refera la sectiunea neta.
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modelul geometric, curba ciclica

sarcina aplicata tensiune-deformatie

analiza numerica elasto-
plastica (MEF)
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curba S-N pentru

tensiunea efectivi a, rr
epruvete standard eff
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curba S-N pentru

d

epruvete cu concentrator ¥
de tensiune

v

Figura 7.14. Etapele de aplicare a metodei volumetrice, Adib si Pluvinage (2003)

Urmand etapele metodei volumetrice, se calculeaza coeficientul efectiv de
concentrare a tensiunilor K, denumit si factor de reducere a rezistentei la oboseala:

Xeff
1

Kf =——— f og(x) X @(x, Y)dx (7.74)
Unomx eff
unde tensiunea nominald a,,,,, se refera la sectiunea neta.
in final, la un anumit numar de cicluri pani la cedare si aceleasi conditii de testare,

rezistenta la oboseald in prezenta concentratorului de tensiune Ag,, se estimeaza:
Ao — Aay
Op = K_f (7.75)
pe baza rezistentei la oboseala Agy, a epruvetelor standard.

Metoda volumetricd a fost utilizatd pentru estimarea rezistentei la oboseala a
epruvetelor plate cu concentratori laterali semicirculari, Adib-Ramezani si Jeong (2007),
a epruvetelor cilindrice cu crestaturi circumferentiale si concentratori tip canal de pana,
Qylaftku s.a. (1999), respectiv a Imbinarilor sudate in puncte, Adib s.a. (2004). Ruperea
in modul mixt I+1I a fost studiatd pe epruvete tip inel cu crestatura U confectionate din
otelul de mare rezistentd 45CDS6 de catre El Minor s.a. (2002), utilizand metoda
volumetrica.
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8. Aplicatii ale metodelor moderne la estimarea ruperii

fragile si a durabilitatii
8.1. Estimarea ruperii fragile a materialelor poliuretanice

8.1.1. Aplicarea TCD la ruperea fragila a epruvetelor cu concentratori
de tensiune solicitate in modul I si modul mixt I+II

Materialele poliuretanice se produc intr-o gama larga de densitati:

o la densititi scizute, cuprinse in intervalul 30 — 200 kg/m3, se prezinti ca
spume rigide cu o structura celulara inchisa, aplicatiile lor fiind diverse - componente
pentru scaunele autoturismelor, panouri izolatoare, etansari si garnituri, bucse etc.;

. la densititi superioare, de peste 200 kg/m3, prezintd o structurd solidd
poroasa, cu utilizari ca dispozitive de prindere si etaloane, matrite, mufe si conectori
pentru componente electronice.

Proprietatile mecanice ale materialelor poliuretanice sunt influentate de
proprietatile materialului solid de baza, de geometria structurii celulare si de densitatea
relativa, Gibson si Ashby (1997). Solicitate la compresiune absorb o cantitate mare de
energie prin densificare. in schimb, solicitate la tractiune au un comportament liniar-
elastic pana la rupere si cedeaza intr-un mod fragil, Marsavina (2010).

Materiale poliuretanice cu cinci densitati diferite, produse de Necumer GmbH
Germania sub denumirea comerciala de Necuron, au fost utilizate cu scopul de a
investiga ruperea lor fragild in prezenta concentratorilor de tensiune.

Caracteristicile elastice si mecanice sunt centralizate in tabelul 8.1. Modulul de
elasticitate longitudinala E si coeficientul de contractie transversala v au fost determinate
prin tehnica excitatiei prin impuls, conform ASTM E-1876-01, iar rezistenta de rupere
la intindere o, urmand reglementarile EN ISO 572: 2012, Marsavina s.a. (2014a).

Tabelul 8.1. Proprietatile elastice si mecanice ale materialelor poliuretanice, Negru s.a. (2015)

Densitate

kg/m? 100 145 300 708 1218
E (MPa) 30 67 281 1250 3340
v (=) 0,285 0,285 0,302 0,302 0,343
o, (MPa) 1,16 1,87 3,86 17,40 49,75
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Rezultate experimentale. Epruvete cu trei concentratori de tensiune diferiti, figura
8.1, au fost incercate la tractiune monoaxiala (modul I). Testele au fost efectuate la
temperatura ambianta, pe o masind universala Zwick/Roell Z005 cu forta maxima
dezvoltatd de 5 kN, la o viteza controlati de 2 mm/min.
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Figura 8.1. Geometria epruvetelor testate la tractiune monoaxiala, Negru s.a. (2015)

Cate patru epruvete au fost testate pentru fiecare densitate si geometrie a
concentratorului. Rezultatele experimentale, reprezentdnd forta maximd Fpyqy
nregistrata, sunt prezentate in tabelele 8.2 si 8.3, iar cateva curbe forta-deplasare sunt
ilustrate in figura 8.2.

Tabelul 8.2. Dimensiunile si forta maxima (valoare medie), Negru s.a. (2015)
Densitate (kg/m?)

Ditmenstunt (mm) 100 145 300 708

l w b D p Fnax (N)
TipV 15 - 0,25 | 146,39 | 196,63 | 353,74 |1811,43
TipU 100 25 15 - 2 189,45 | 262,67 | 347,71 | 2109,96
Tip O - 10 - 187,89 | 267,31 | 521,50 |1960,31

Pentru epruvetele cu crestatura V (figura 8.2a) se observa ca forta maxima Fy,,,
creste semnificativ cu densitatea materialelor poliuretanice, de la 146,39 N, pentru
densitatea de 100 kg/m?3, la 1811,43 N, pentru densitatea egald cu 708 kg/m?3. In
figura 8.2b este ilustrat efectul geometriei concentratorului asupra fortei maxime Fy,qy
de cedare, pentru epruvetele cu densitatea de 708 kg/m3. Valoarea fortei inregistrate
scade cu raza de la varful concentratorului de tensiune.
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Tabelul 8.3. Forta maxima pentru epruvetele cu gaurd circulara (valoare medie), Negru s.a. (2015)
Tip O 1=100 (mm) W =25 (mm)
D (mm) 10 8 7 6 5 3,5 2,5 1
Fmax (N) | 1960,31 | 2197,27 | 2290,76 | 2491,03 | 2544,66 2944,64 ' 2961,78 3309,19

De asemenea, curbele forta-deplasare prezinta o dependenta liniara pana la
ruperea epruvetei, cu scaderea brusca a fortei dupa atingerea nivelului maxim. Absenta
deformatiilor plastice si liniaritatea fortd-deplasare indica o cedare prin rupere fragila.
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Figura 8.2. Curbele forta-deplasare pentru epruvetele testate la tractiune: a). efectul densitatii
(crestaturd V); b). geometria concentratorului (densitate 708 kg/m3), Negru s.a. (2015)
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Testele de mecanica ruperii in modul mixt 1+11 au fost efectuate de Rus (2013) pe
epruvete de Incovoiere 1n trei puncte cu crestatura laterala in forma de U (SENB), pentru
trei valori diferite ale razei la varful concentratorului, si anume 0,75 mm, 1 mm si
2 mm. A fost evaluat doar poliuretanul cu densitatea de 1218 kg/m3. Cu scopul de a
atinge Intreaga gama a combinatiilor dintre modul I si II, incepand cu modul I si pana la
modul 11, au fost utilizate doua tipuri de epruvete SENB, respectiv epruvete cu crestatura
verticala si epruvete cu crestatura inclinata, Berto s.a. (2007):

e epruvetele cu crestitura verticald, in functie de configuratia incarcarii, permit
obtinerea modului I si a modului mixt I+II (cu predominanta modului I). Pentru modul
I pur, distantele la cele doud reazeme sunt egale S; = S, = 60 mun, iar punctul de
aplicare a fortei este plasat la m = 0. Modul mixt I+II se atinge, in diferite combinatii,
pentru S; = 60 mm, S, = 12 mm si m = —4 mm, 4 mm, respectiv 24 mm.

<E>1F
P A 30
aZQOO{T ’QZIS

Esz S, =60 ,
-

132

Figura 8.3. Epruvetele SENB, modul mixt (dimensiuni in mm), Rus (2013)

e cpruvetele cu crestatura inclinata la 45° au fost testate in doua configuratii de
incarcare. In primul rind, pentru toate cele trei valori diferite ale razei la varf, s-a utilizat
configuratia §; = 60 mm, S, = 12mm si m = 9 mm, obtinandu-Se o solicitare n
modul mixt, cu predominanta modului II. O a doua configuratie, urmarind atingerea unei
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solicitari cat mai apropiate de modul II pur, a fost stabilita in functie de raza de la varful
crestaturii: S, = 7,5 mm pentrup = 0,75 mm, S, = 8 mm pentru p = 1 mmn, respectiv
S, = 9 mm pentru raza la varf p = 2 mm. Toate celelalte dimensiuni au fost pastrate
constante, dupa cum urmeaza: adancimea crestaturii a = 15 mm, lungimea epruvetei
egald cu 132 mm, sectiunea transversald 30 mm X 10 mm.

Configuratiile de incarcarea au fost stabilite a priori, din analiza numerica a starii
de tensiune de la varful crestaturii. Factorul M€, care caracterizeaza combinatia dintre
modul I si II, a fost calculat cu relatia (7.19), iar factorii NSIF de intensitatea a tensiunii
pentru crestatura au fost determinati pe baza relatiilor (6.27) si (6.28) particularizate
pentru crestatura U:

u_ (09)e=0 u = (Tre)o=0
KI = zanT‘O/T‘ K” = 27'[7'1_—1_0/1_ (81)

unde r, = p/2. Valorile coeficientului M€ care stabileste combinatia modului mixt sunt
prezentate Tn tabelul 8.4, detaliile acestui studiu pot fi consultate in Rus (2013). Dupa
cum se observa, pentru fiecare configuratie de incarcare a epruvetei, combinatia dintre
modul I si IT depinde de raza de la varful concentratorului.

Testele au fost efectuate la temperatura ambiantd, pe o masind universald
Zwick/Roell Z005, la o viteza controlatd de 1 mm/min.

Rezultatele experimentale, reprezentdnd forta maxima F,,, Inregistratd, sunt
prezentate Tn tabelul 8.4, iar cateva curbe forta-deplasare sunt ilustrate in figura 8.4.

2500
— — p=2(M¢°=1)
Z p (
S, 2000 1 - -. p = 0,75 (M° = 0,238)
=

1500 - - p=1(M°=0,550)

1000 -

500 A
deplasare [mm]
0 = T T T T T
0.0 0.5 1.0 1.5

Figura 8.4. Curbele forta-deplasare pentru epruvetele SENB, Rus (2013)
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Tabelul 8.4. Geometria si forta maxima pentru epruvetele SENB (valoare medie), Rus (2013)

p (mm) S, (mm) m (mm) a(®) Fnax (N) M* (-)
60 0 90 490,50 1,000
12 -4 90 1985 0,870
0.75 12 4 90 1395 0,670
12 24 90 2150 0,562
12 9 45 1465 0,238
75 9 45 2080 0,033
60 0 90 518 1,000
12 -4 90 2120 0871
1,00 12 4 90 1465 0,658
12 24 90 2240 0,549
12 9 45 1550 0,216
8 9 45 2110 0,039
60 0 90 640 1,000
12 -4 90 2570 0873
2,00 12 4 90 1860 0,616
12 24 90 2730 0,507
12 9 45 1695 0,156
9 9 45 2165 0,027

Evaluarea ruperii fragile in modul I de solicitare. Aplicand metoda punctului, in

modul I de solicitare, ruperea fragila se produce la indeplinirea conditiei:
09(7":%;9:0):01(1”:%;0:0):00 (8.1)

Tn cazul polimerilor, pentru determinarea parametrilor de material, tensiunea
criticd oy si lungimea caracteristica L, se aplica procedura descrisa in paragraful 7.1.2 si
ilustratd in figura 7.2: L si g, sunt coordonatele punctului de intersectie a curbelor care
reprezinta distributiile tensiunilor elastice in functie de distanta de la varful crestaturii,
in conditiile de initiere a ruperii, obtinute pentru doi concentratori diferiti. in acest scop,
au fost utilizate datele experimentale determinate pentru epruvetele cu crestaturi in
forma de V, respectiv in forma de U (figura 8.1).

Analiza numerica liniar-elasticd a campului tensiunilor la varful crestaturii a fost
efectuatd pentru fiecare epruvetd utilizand software-ul ABAQUS 6.13. Datorita
simetriei, a fost modelat doar un sfert de epruvetd impunand conditiile la limita
corespunzatoare. Forta maxima inregistratd experimental, in valoare medie, a fost
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aplicata pe directia de tractiune monoaxiald. Pentru discretizare au fost folosite elemente

patratice de tipul CPS8R plane cu 8 noduri.

Pentru fiecare densitate si fiecare tip de crestatura, au fost trasate curbele tensiune

— distantd de-a lungul bisectoarei, pornind din punctul de tensiune maxima, adica varful

concentratorului, in modul I de solicitare. Coordonatele punctului de intersectie

reprezintd parametrii de material L si 0, asa cum se demonstreaza in figura 8.5.

8
—e—crestatura U
6 —a— crestatura V
T
o
=4 1
)
2 Pago
2,17
] 0,427
O L] T T

0 01 02 03 04 05
distanta [mm]

a). densitatea p = 100 (kg/m3)

—o— crestatura U

[EY
[S)]
1

—a— crestatura V

O T T T T T T Ll T
0 01 02 03 04 05
distanta [mm]

a). densitatea p = 300 (kg/m3)

—o— crestatura U

—a— crestatura V

3,12

0 ] 0,338
0 01 02 03 04 05
distanta [mm]

b). densitatea p = 145 (kg/m?)

80
-3-70 i —e—crestatura U
$60
— —a— crestatura V

0 — T
0 01 0.2
distanta [mm]

03_ 04 05

b). densitatea p = 708 (kg/m?)

Figura 8.5. Determinarea parametrilor L si oy, Negru s.a. (2015)

Rezultatele obtinute in figura 8.5 au fost utilizate pentru predictia fortei de rupere

a epruvetelor cu gaurd centrald circulara. Astfel, distributia tensiunii normale o, de-a

lungul directiei critice, obtinuta pentru o valoare a fortei egala cu unitatea, se multiplica
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péana cand la distanta critica L/2 se atinge tensiunea critica g, pentru fiecare densitate
si valoare a diametrului (analiza tensiunilor este liniar-elastica).

Predictiile fortei de cedare la rupere fragila sunt prezentate in figura 8.6,
comparativ, pentru diametrul de 10 mm si toate densitatile (figura 8.6a), respectiv pentru
toate valorile diametrului la densitatea de 708 kg/m?3. Erorile relative sunt cuprinse Tn
intervalul £10%, o eroare rezonabild, tinand cont de imprastierea fireasca a datelor
experimentale. Singura exceptie este reprezentatd de epruvetele cu diametrul gaurii
circulare de 1 mm, valoare care are ordinul de marime al lungimii caracteristice L
(0,57 = 0,854 mm), ceea ce explica erorile relative mai mari. Asa cum subliniaza
Taylor (2011), atingerea acestui prag reprezinta o situatie limita in aplicarea TCD.

1.2 14
B o 12 ]
: O
1 ] +F————— - - ——— il
____________ — 1.0 g
— 0.8 - 2 .___Q.D_D_L__I_____
- S 0.8 -
&é 0.6 @ 06 ]
[a] [a) E
f 0.4 A |_|'_9 04 -
0.2 0.2 -
0 T T T T 0.0 —
0 150 300 450 600 750 0 2 4 6 8 10
densitate [kg/m3] D [mm]

a). diametrul D = 10( mm), densititi diferite  b). densitatea p = 708 (kg/m3), diametre
ale epruvetelor diferite ale gaurilor circulare

Figura 8.6. Forta de rupere estimatd cu TCD, Negru s.a. (2015)

Evaluarea ruperii fragile in modul mixt 1+11 de solicitare. Tn modul mixt I+11 de
solicitare, in cazul concentratorilor nesingulari (rotunjiti la varf), punctul de tensiune
principald maxima o; nu este situat la varful concentratorului. Tn aceste probleme,
evaluarea tensiunii se face de-a lungul normalei la suprafata crestaturii, directie
perpendiculara pe tensiunea principala maxima.

Doua ipoteze, formulate de Susmel si Taylor (2008), sunt acceptate in estimarea
ruperii fragile Tn modul mixt I+II a epruvetelor SENB cu crestatura U:

a). tensiunea criticd o, nu depinde de multiaxialitatea campului tensiunilor de la
varful crestaturii, astfel incat, la evaluarea ruperii fragile se utilizeaza valoarea tensiunii

critice g, determinata pentru modul I;
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b). lungimea caracteristica L se modifica cu gradul de multiaxialitate al campului
tensiunilor de la varful concentratorului, dupa relatia propusa de Negru s.a. (2015)

L(M®) =A-M°+B (8.2)

Constantele A si B din ecuatia (8.2) s-au determinat pentru doud cazuri limita, modul I
si modul II de solicitare, pe baza rezultatelor experimentale obtinute pe epruvete SENB
cu raza la varf de 2 mm (tabelul 8.4) si epruvete ASCB cu fisurd (epruvete semi-disc
incarcate la incovoiere asimetricd), utilizate la evaluarea tenacitdtii materialelor
poliuretanice de Negru s.a. (2013), Marsavina s.a. (2014b). La epruvetele ASCB cu
fisurd, pentru modelarea singularitatii cAmpului tensiunilor s-au utilizat elemente finite
singulare la varful acesteia, iar directia critica s-a determinat analitic, Th modul mixt.

Procedura de determinare a parametrilor TCD Tnh modul I, respectiv modul 11, de
solicitare este ilustrata in figura 8.7. Se retine cd, in modul | de solicitare, distanta critica
este L/2 = 0,148 mm, iar tensiunea criticd g, = 98,9 (MPa). Tn modul 11 de solicitare,
distanta criticd determinata este mai mica, L/2 = 0,093 mm, in timp ce, tensiunea
criticd oy = 102,9 (MPa) este de aproape aceeasi valoare.

Cu aceste rezultate, ecuatia (8.2) se utilizeaza in forma:

L(M¢)=0,110- M¢ + 0,186 (8.3)
tensiunea critica retinuta fiind egala cu 102,9 (MPa).
190
§ 132 ] ” crestiturd U (SENB) § 170 1 crestatura U (SENB)
:“150 ] fisura (ASCB) 5150 | fisurd (ASCB)
130 ] 130 ]
110 i 110 ;
90 | 90 11029
70 ] 70 ]
50 — 50 — 10093 "=
0.00 0.10 0.20 0.30 0.00 0.10 0.20 0.30
distanta [mm] distanta [mm]
a). modul | de solicitare b). modul 11 de solicitare

Figura 8.7. Determinarea parametrilor TCD la densitatea de 1218 (kg/m?), Negru s.a. (2015)

Predictiile fortei de cedare la rupere fragila sunt prezentate in figura 8.8, erorile
relative fiind cuprinse in intervalul +15%, o eroare rezonabild, tindnd cont de
imprastierea fireasca a datelor experimentale.
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Figura 8.8. Forta de rupere estimatd cu TCD pentru epruvetele SENB cu crestiturd U,
densitatea 1218 (kg/m3) Negru s.a. (2015)

Rezultatele obtinute pentru parametrii de material la densitatile studiate sunt
ilustrate grafic in figura 8.9. Lungimea caracteristica L prezintd o dependenta liniara cu
diametrul celulelor materialului, tensiunea critica o, avand o variatie “aproape” liniara
cu rezistenta de rupere. Aceste rezultate faciliteazd determinarea parametrilor de

material L si o, pentru diferite densititi ale poliuretanului, fara experimente
suplimentare.

1.0 100 ; =
y= 6é39%X9;§é1954 1 y = 1.6302x1.0005
08 - =0. = R? = 0.9884
E =
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diametrul celulelor [mm] rezistenta de rupere o, [MPa]

a). Variatia lungimii caracteristice L in functie  b). Variatia tensiunii critice g, in functie de

de diametrul celulelor rezistenta de rupere la tractiune o,

Figura 8.9. Forta de rupere estimata cu TCD, Negru s.a. (2015)

156



8.1.2. Aplicarea ASED la ruperea fragili a epruvetelor de tip disc cu
crestatura U solicitate in modul mixt I+11

Poliuretanul cu densitatea de 708 (kg/m3), produs de Necumer GmbH
Germania sub denumirea comerciald de Necuron 651, a fost utilizat pentru a investiga
ruperea fragila pe baza criteriului ASED (criteriul valorii medii a energiei specifice de
deformatie, paragraful 7.2). Pe langa caracteristicCile elastice si mecanice prezentate in
tabelul 8.1, s-au mai determinat: tenacitatea K; = 0,996 (MPa - m®®) pe epruvete
SENB cu grosimea de 5 (mm), egala cu grosimea epruvetelor de tip disc, si rezistenta
de rupere la tractiune g,, = 34,9 (MPa) pe epruvete cu degajari laterale semi-circulare.

Rezultate experimentale. Epruveta semi-disc solicitata la compresiune pe directia
diametrului (diametrally compressed ring DCR) a fost utilizata pentru a determina
tenacitatea la rupere in modul | pentru roci poroase de catre Shiryaev si Kotkis (1982) si
pentru oteluri de mare rezistentd, El Minor s.a. (2003). Investigarea modului mixt [+11
de solicitare, folosind epruvete din granit, a fost abordata de Aliha s.a. (2008).

Pentru unghiul & = 0° se obtine modul I de solicitare, iar o inclinare a crestaturii
fata de directia diametrald de compresiune, adica @ # 0°, asigura o solicitare Tn modul
mixt [+1II, combinatia dintre cele doua moduri fiind caracterizata prin coeficientul M€,
figura 8.10.

Figura 8.10. Epruveta DCR cu crestatura U (dimensiunile sunt date in mm), Negru s.a. (2018)
Astfel, modificand unghiul a de la 0° pana la o valoare aproximativ egala cu 33°,
se atinge intreaga gama de combinatii in modul mixt I+II. Valoarea unghiului a pentru
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care se obtine o solicitare in modul II pur, depinde de geometria epruvetei si raza p de
la varful crestaturii. Tn studiul prezentat, epruvetele DCR au fost comprimate diametral
pe directiile caracterizate de unghiul « = 0°,15° si 25°.

Testele au fost efectuate la temperatura ambiantd, pe o masind universald
Zwick/Roell Z005, la o viteza controlatd de 1mm/min. Pentru a investiga influenta
concentratorului, au fost utilizate epruvete cu trei raze p diferite la varful crestaturii, si
anume 0,5 mm, 1 mm si 1,5 mm. Au fost mentinute constante adancimea crestaturii si
dimensiunile celor doua diametre, interior si exterior. Grosimea epruvetelor a fost pentru
toate testele constanta si egala cu 5 mm, fiind testate céte trei epruvete pentru fiecare
configuratie a solicitarii. In figura 8.11 sunt prezentate traiectoriile fisurilor pentru trei
configuratii diferite, iar valorile medii ale fortei maxime Inregistrate sunt listate in tabelul
8.5.

@ ) ©

Figura 8.11. Propagarea fisurii la ruperea fragild a epruvetelor DCR: a). @ = 0°,p = 0,5 mm;
b). « = 15°,p = 1,5 mm; ¢). « = 25° p = 1 mm, Negru s.a. (2018)

Tabelul 8.5. Forta maxima pentru epruvetele DCR (valoare medie), Negru s.a. (2018)

a Fmax (N)

p =0,5(mm) p =1,0 (mm) p =15 (mm)
0° 410,93 439,27 473,17
15° 464,82 488,34 533,93
25° 643,68 673,11 692,75

Curbele forta-deplasare, ilustrate in figura 8.12, prezintd o dependenta liniara, cu
scaderea brusca a fortei dupa atingerea nivelului maxim, cedarea producandu-se prin
rupere fragila.

Parametrii de material necesari pentru aplicarea criteriului ASED s-au calculat cu
relatiile (7.21) si (7.38), utilizand rezistenta de rupere o,, determinatd pe concentratorii
semicirculari drept tensiune criticd o, dupa cum recomanda Seweryn (1994). Valorile
critice ale parametrilor ASED sunt: R, = 0,265 mm si W, = 0,489 MJ/m3.
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Figura 8.12. Curbele forta-deplasare pentru epruvetele DCR: a). p = 0,5 mm; b). p = 1 mm,;
c). p = 1,5 mm, densitate 708 kg/m3, Negru s.a. (2018)
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Evaluarea ruperii fragile in modul mixt I+1l1 de solicitare. Pentru analizele
numerice cu metoda elementului finit, in ipoteza starii plane de tensiune si a unui
comportament liniar-elastic, s-a utilizat software-ul Abaqus 6.14. Discretizarea s-a
efectuat cu elemente patratice CPS8R cu 8 noduri, urmarindu-se rafinarea retelei de
elemente finite in zona de la varful crestaturii. Valorile unghiului ¢ care determina
pozitia punctului caracterizat de maximul tensiunii principale oy, punctul P in figura
7.8b, sunt date in tabelul 8.6.

Factorul M€, care caracterizeaza combinatia dintre modul I si II, a fost calculat cu
relatia (7.19), iar factorii NSIF de intensitatea a tensiunii pentru crestitura au fost
determinati pe baza relatiilor (8.1). Valorile coeficientului M€ si ale factorilor de
intensitate a tensiunii K}*, K}} pentru crestatura U sunt listati in tabelul 8.6, dovedind o
dependenta clara cu raza p de la varful concentratorului.

Tabelul 8.6. Forta maxima pentru epruvetele DCR (valoare medie), Negru s.a. (2018)

a p =0,5(mm) p =1 (mm) p=1,5(mm)
¥ 1,147 1,234 1,330
. " 0,000 0,000 0,000
0 Me 1,000 1,000 1,000
7] 0,000 0,000 0,000
I 0,852 0,893 0,855
150 * 0,792 0,979 1,137
M€ 0,523 0,471 0,410
) 33,94 32,95 32,50
I 0,508 0,507 0,504
. * 1,097 1,424 1,676
28 Me 0,275 0,218 0,187
) 48,03 47,02 45,50

La aplicarea criteriului ASED suprafata de control in formd de semiluna,
reprezentatd in figura 7.8b, s-a discretizat cu elemente finite patratice triunghiulare de
tipul CPS6M. Pentru crestatura cu raza de la varf p = 1,5 mm si configuratia de
incdrcare datd prin unghiul @ = 25°, valoarea critici W, = 0,489 MJ/m3 este atinsi la
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forta aplicata Fggp = 794,30 N, care reprezinta predictia fortei de cedare prin rupere
fragila pe baza criteriului ASED (figura 8.13).

ESEDEN
(Avg: 75%)

Figura 8.13. Distributia energiei specifice de deformatie la varful crestaturii (p = 1,5 mm si
a = 25°), Negru s.a. (2018)
Predictiile fortei maxime de cedare Fggp si eroarea relativa e(%) sunt redate n
tabelul 8.7.

Tabelul 8.7. Forta maxima pentru epruvetele DCR (valoare medie), Negru s.a. (2018)

a p=0,5mm) p =1 (mm) p=1,5mm)

Foxp(N) 410,9 4393 4732

0° Fsp(N) 411 457 502,3
e(%) 0,02 4,04 6,16

Feyxy(N) 464,8 488,3 533,9

15° Fepp(N) 478,9 538,75 580,4
e(%) 3,03 10,32 8,70

F oy (N) 643,7 673,1 692,7

25° Fgpp(N) 743,35 767,15 794,3
e(%) 15,48 13,97 14,66

Tn concluzie, criteriul ASED supraestimeaza valoarea fortei de cedare, pentru
modul I si modul mixt [+1I, la predominanta modului I, erorile relative fiind cuprinse in
intervalul 0 — 10%. La predominanta modului II de solicitare, @ = 25°, erorile relative
sunt de aproximativ 15%, justificate de faptul cd abordarea se bazeaza pe conceptul
modului | echivalent (equivalent local mode I concept), Campagnolo s.a. (2016).
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8.2. Estimarea rezistentei la oboseala in domeniul durabilitiatilor medii
in prezenta concentratorilor de tensiune

Abordarile prezentate Th capitolul 7 (TCD, ASED, metoda volumetrica, CMM)
sunt metode cu mare aplicabilitate practica in evaluarea rezistentei la oboseala. in multe
probleme ingineresti, aceste metode faciliteaza depasirea unor dificultati specifice
abordarilor clasice legate de geometria complexa a pieselor, de exemplu, definirea
tensiunii nominale si calculul NSIF.

8.2.1. Rezultate experimentale

Incercarile la oboseald in domeniul durabilitatilor medii (medium-cycle fatigue
regime) au fost efectuate pentru trei tipuri de concentratori de tensiune: crestaturd
laterala semicirculara si crestatura laterala in V cu raza la varf p = 0,5 mm, respectiv
p = 0,2 mm, adancimea crestaturii fiind pastrata constanta, figura 8.14.

Epruvetele au fost confectionate din aliajul de aluminiu 2024-T3 prin frezare CNC
(crestatura semicirculard), respectiv electroeroziune cu fir (crestaturile in V).
Caracteristicile elastice si mecanice ale aliajului 2024-T3, determinate n regim static,
sunt date n tabelul 8.8.
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Figura 8.14. Geometria epruvetelor, Negru s.a. (2016)
Incercarile la oboseald s-au realizat la intindere monoaxiald cu amplitudine
constantd, un coeficient de asimetrie R = 0,5 si frecventa egala cu 20(Hz), pe o masina
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universala Walter+bai de 10 kN pentru incerciri statice si variabile, in modul de forta
controlatd, Negru (2009).
Tabelul 8.8. Proprietitile statice ale aliajului de aluminiu 2024-T3, Negru s.a. (2016)
E (MPa) v(-) o, (MPa) o.(MPa) A (%)
70300 0,33 465 345 17,02

Coeficientul teoretic net de concentrare a tensiunilor K, s-a calculat pentru fiecare
tip de epruvetd prin analiza cu elemente finite (tabelul 8.9).

Tabelul 8.9. Rezultatele incercarilor la oboseald prin intindere monoaxiala, Negru s.a. (2016)

O'a net (MPa)

Epruvete R(-) K.(-) (Po = 50%) k(=) T,(-)
Cre“‘v‘t‘;‘j‘:s‘;“:ﬁcularé’ 0,5 2,134 32,64 6452 | 1,170
crestiturd V, p = 0,5 mm 0,5 4,362 21,27 4,630 1,258
crestiturd V, p = 0,2 mm 0,5 6,509 16,21 3,831 1,472
epruvete netede* -1 - 161,47 5,441 1,873
epruvete netede** 0,5 - 80,14 13,333 -

*11lg (1956); **estimare la R = 0,5 pe baza ecuatiei Goodman.
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A crestatura V (raza la varf 0,2mm)
——epruvete netede (estimare)
10 T — T T —— T
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Figura 8.15. Curbele de durabilitate S — N la intindere monoaxiala, Negru s.a. (2016)

Rezultatele incercarilor la oboseala sunt prezentate Tn tabelul 8.9, unde
amplitudinea tensiunii g, este calculata in sectiunea transversald neta pentru 0 durata de
viatd egald cu 10° cicluri de solicitare, k reprezintd inversa pantei luatd cu semn

163



schimbat, iar T, este indicele de imprastiere, calculat pentru £3 X SD (abaterea standard
SD). Curbele de durabilitate S — N sunt reprezentate in figura 8.15 pentru 50%
probabilitate de supravietuire.
Curba de durabilitate S — N pentru epruvete netede si coeficientul de asimetrie
R = 0,5 este estimata pe baza ecuatiei lui Goodman, pentru a tine cont de efectul
tensiunii medii:
Ua

1— Omed (8-4)
Oy

0_1 =

Datele experimentale pentru solicitarea de tractiune alternant-simetrica sunt preluate din
literatura tehnica, lllg (1956).

8.2.2. Aplicarea TCD in domeniul durabilititilor medii

Determinarea lungimii caracteristice L cu relatia (7.13) implica cunoasterea
rezistentei la oboseald Ag si a valorii de prag a variatiei factorului de intensitate a
tensiunii AK,,, obtinute pentru acelasi coeficient de asimetrie R. Cu referire la domeniul
durabilitatilor medii, intre 40000 si 10° cicluri, Susmel si Taylor (2007) au introdus

lungimea caracteristicd L n functie de numérul de cicluri Ny pand la cedare prin relatia:
L(N;)=A-N/ (8.5)

O strategie pentru determinarea coeficientilor A si B din ecuatia (8.5) a fost
propusa de Susmel si Taylor (2007). Aplicarea acesteia presupune cunoasterea curbelor
de durabilitate S-N pentru doua tipuri de epruvete: epruvete standard (fara concentratori
de tensiune) si epruvete cu un concentrator de o geometrie cunoscuta. Astfel, utilizand o
analiza cu elemente finite, se obtine cdmpul tensiunilor elastice Agg Tn zona de la varful
crestaturii, pentru o variatie a tensiunii aplicate egala cu rezistenta la oboseala Aoy, a
epruvetelor cu concentratori de tensiune. Punctul in care orizontala, corespunzatoare
rezistentei la oboseala Ao, a epruvetelor netede, intersecteaza curba Ao-distantd
determind distanta critica L/2, conform metodei punctului. Daca procedeul se aplica
pentru doud durate de viata N; diferite, se obtin doua seturi de valori (L;, N;) care permit
determinarea coeficientilor 4 si B.

Aceasta strategie este redatd grafic in figura 8.16 pentru epruvetele cu crestatura
V (p = 0,2 mm) si epruvetele netede (curba de durabilitate S — N estimatd), pentru o

durati de viatd egala cu 4 - 10* si 10° cicluri pani la cedare. La intindere monoaxiala,
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variatia tensiunii este reprezentatd de-a lungul bisectoarei, fiind exprimata prin variatia

tensiunii normale principale, adica Aoy .

600

— — Acy, = 32,41(MPa)

—— Adpy = 75,09 (MPa)
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o
o
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Figura 8.16. Aplicarea TCD la determinarea lungimii caracteristice L(N;), Negru s.a. (2016)
Astfel, se obtine relatia dintre lungimea critica si numdrul de cicluri pana la cedare:

L(N;) = 75,30 - N7 51 (8.6)

Tn continuare, curbele de durabilitate S — N au fost estimate pentru celelalte doua
tipuri de crestaturi, urmand procedeul iterativ propus de Susmel si Taylor (2007)
formulat Tn metoda punctului.
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btﬁ
o _ O — *+15%
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O crestatura V (raza la varf 0,5 mm) T~
-15%
predictie TCD
10.00 —— T T
10000 100000 N [cicluri] 1000000

Figura 8.17. Curbele de durabilitate estimate cu TCD, Negru s.a. (2016)
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Predictiile sunt ilustrate in figura 8.17, sub forma curbelor de durabilitate S — N
pentru 50% probabilitate de supravietuire, aldturi de rezultatele experimentale. Pentru
crestatura semicirculard, TCD supraestimeazd rezistenta la oboseald, rezultatele
experimentale fiind plasate in intervalul —17 < 0% fatd de curba de durabilitate
estimatd. in schimb, pentru crestatura V, TCD subestimeazd rezistenta la oboseala,
rezultatele experimentale fiind plasate n intervalul 0 + 15%.

8.2.3. Evaluarea rezistentei la oboseala dupa criteriul ASED

Tn modul | de solicitare, daca se neglijeazi efectul razei de la varful crestaturii,
adica se considera p = 0 mm, relatia (7.62) care exprimd valoarea medie a energiei
specifice de deformatie AW se simplifica:

X AKY 2
AW =¥ "’1( ! ) (8.7)

unde coeficientul care tine cont de asimetria ciclului de solicitare este c,, = 3, pentru
R = 0,5, relatia (7.61).
Raza de control R, din expresia (8.7) a energiei specifice de deformatie se

estimeaza din relatia (7.64), astfel:

1/1-24
2e; X AKY,
R, = <—\/611A> (8.9)

Aoy

unde rezistenta la oboseald a epruvetelor netede Aoy, = 152,16 MPa si variatia NSIF
pentru crestatura V cu raza de la varf p = 0,2 mm sunt evaluate la durata de viata Ny =
2 - 10° cicluri de solicitare. Exponentul din ecuatia (8.8), pentru deschiderea unghiulara
2a = 90°, devine 1 —A; = 0,455. Pentru starea plana de tensiune parametrul e; =
0,1703, astfel ca se obtine valoarea razei de control R, = 0,059 mm.

Rezultatele la oboseald in formularea ASED, pentru crestiturile V rotunjite la
varf, sunt prezentate in figura 8.18. Curba de durabilitate c,, x AW — N, pentru 50%
probabilitate de supravietuire, are inversa pantei luatd cu semn schimbat k = 1,706 si
indicele de imprastiere T, = 3,017, calculat pentru +2 x SD. impristierea ridicati nu
este deloc surprinzitoare, cat timp efectul razei de la varful concentratorului a fost
neglijat iar energia de deformatie este proportionald cu patratul tensiunilor. Variatia
energiei specifice de deformatie c,, X AW, la 10° cicluri de solicitare, este egald cu
0,800 MJ/m3.
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Figura 8.18. Curba de durabilitate ¢,, x AW — N (efectul razei de la varful crestiturii este

neglijat), Negru s.a. (2016)

In continuare, curba de oboseali c,, X AW — N este reconsiderati tinind cont de
efectul razei de racordare de la varful crestaturilor, analiza ASED fiind efectuata pe
volumul in forma de semiluna prezentat in figura 7.7.

10.0
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=
<
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Ocrestaturd V (raza la varf 0,5 mm)
Acrestiturd V (raza la varf 0,2 mm)
0.1 : i : ey
10000 100000 1000000

N [cicluri]

Figura 8.19. Curba de durabilitate c,, X AW — N, daci se tine cont de efectul razei de la varful
crestaturii, Negru s.a. (2016)
Cu acest scop, R, a fost determinata ca raza volumului de control corespunzatoare unei
valori a SED medie egala cu cea corespunzatoare epruvetelor netede pentru o durata de
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viatd N, = 2 - 10° cicluri de solicitare, rezultand valoarea R, = 0,030 mm. Curba de
durabilitate c,, X AW — N, pentru 50% probabilitate de supravietuire, are inversa pantei
luatd cu semn schimbat k = 1,984 si indicele de imprastiere mai redus, T,, = 1,889,
calculat pentru +2 x SD. Variatia energiei specifice de deformatie c,, X AW, la 10°
cicluri de solicitare, este egali cu 0,630 MJ/m3, cu aproximativ 20% mai mica.

8.2.4. Evaluarea rezistentei la obosealad cu metoda volumetrica

La solicitari variabile, atunci cand limita de curgere este depasitd, comportamentul
elasto-plastic al materialului este considerat de metoda volumetricd. Analiza campului
tensiunilor elasto-plastice la varful concentratorilor s-a efectuat utilizand modelul de
plasticitate Ramberg-Osgood implementat de software-ul Abaqus 6.13 (2013).

1000 ]
‘<
< G, = 514.26
g | o 0O oooo
X
6 Gy = 147.4 X054
Gy = 387.62
zona | zona | zona Il
X, = 0.021
100 ———rrrrT -I ——TrTTrT ——rrrr
0.001 0.01 01  x[mm] 1
1 4
x ° o o
=
-0.5 -
2
-3.141
-3.5

Figura 8.20. Distributia tensiunii gy si a gradientului relativ al tensiunii y, crestiturd V cu raza
lade varf p = 0,2 mm, 0,4 = 94,60 MPa si k; = 2,868, Negru s.a. (2016)
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Proprietatile mecanice publicate de Boller si Seeger (1998) pentru aliajul 2024-T3 au
fost utilizate Tn analizele numerice: coeficientul de ecruisare ciclica n’ = 0,109 si
coeficientul de rezistenta ciclic K' = 843 MPa. De efectul tensiunii medii s-a tinut cont
aplicand, 1n sectiunea brutd a epruvetei, o tensiune de intindere egala cu tensiunea
maxima g,,,, a ciclului de solicitare.

Pentru calculul parametrilor metodei volumetrice (vezi paragraful 7.4) Adib-
Ramezani si Jeong (2007) au propus ca rezultatele discrete obtinute prin analiza
numerica cu metoda elementului finit sa fie utilizate in calcule in forma unei functii
polinomiale continud si derivabild. Urmand aceasta abordare, o functie polinomiala de
gradul patru a fost utilizatd pentru a exprima tensiunea gy, pe domeniul de integrare
delimitat superior de X, :

4
og(x) = Z a;xt (8.9)
i=0
unde a; sunt coeficientii polinomiali, iar x este distanta de la varful crestaturii masurata
de-a lungul bisectoarei.
Distributia tensiunilor elasto-plastice og(x) si a gradientului relativ al tensiunii
x(x) este redata in figura 8.20 (in coordonate dublu-logaritmice) pentru crestitura V cu
raza de la varf p = 0,2 mm si nivelul solicitarii dat prin tensiunea maxima 0,4, =
94,60 MPa. Se observa distinct, pe curba tensiune-distanta cele trei zone caracteristice
metodei volumetrice:
e zona | definitd prin tensiunea maxima o, de la varful crestaturii si distanta x,,;
e zona Il de tranzitie, caracterizatd prin scaderea tensiunii pana la valoarea
efectiva o ff;
e zona III caracterizata prin pseudo-singularitatea tensiunii elasto-plastice gy,
astfel

og(x) = 147,4 - x~ 054 (8.10)

Forma functiei pondere utilizata pentru calculul parametrilor metodei volumetrice
este:

oM x) =1—|x|-x (8.11)
Urmand etapele metodei volumetrice, prezentati in paragraful 7.4, pentru situatia de
solicitare din figura 8.20 a rezultat coeficientul de reducere a rezistentei la oboseald kf =
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2,868. Rezistenta la oboseala a epruvetei cu crestatura V se obtine, pentru Ny = 48309
cicluri de solicitare, in final:

AO'O _

Ao, = k;

70,14 (MPa) (8.12)

Tn figura 8.21 sunt redate curbele de durabilitate S — N estimate cu metoda
volumetricd, pentru o probabilitate de supravietuire de 50%.

100.00
'S
o
2
bﬂS
X crestiturd semicirculard ~ ~
O crestaturd V (raza la varf 0,5 mm) R
A
A crestaturd V (raaza la varf 0,2 mm) ~ - -
estimare Metoda Volumetrica
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10000 100000 N [cicluri] 1000000

Figura 8.21. Curbele de durabilitate S — N estimate cu metoda volumetrica, Negru s.a. (2016)
Pentru crestdtura semicirculara, metoda volumetrica supraestimeaza rezistenta la
oboseala, rezultatele experimentale fiind plasate in intervalul —17 <+ 0% fatd de curba
de durabilitate estimata. in schimb, pentru crestiturile V, metoda volumetrica furnizeaza
predictii bune, rezultatele experimentale fiind plasate in intervalul +3 X SD.

8.2.5. Concluzii

Rezultatele experimentale si predictiile pe baza TCD si a metodei volumetrice
sunt prezentate in tabelul 8.10, pentru 50% probabilitate de supravietuire.

TCD si metoda volumetrica supraestimeaza rezistenta la oboseald a epruvetelor
cu crestaturi semicirculare, rezultatele experimentale fiind plasate 1n intervalul —17 =
0% fatd de curba de durabilitate estimata. Abordarile utilizate furnizeaza predictii bune

pentru epruvetele cu crestaturi V, caracterizate prin indici de imprastiere la nivelul
datelor experimentale.
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Estimarile pe baza criteriului valorii medii a energiei specifice de deformatie sunt
prezentate in tabelul 8.11. Predictiile sunt imbunatatite daca se tine cont si de efectul
razei de la varful crestaturii.

Tabelul 8.10. Rezultatele experimentale si predictiile TCD, metoda volumetrica, Negru s.a. (2016)

Experiment TCD Metoda Volumetrica

Og k T, 0y k Ty g, k T
Epruvete | ypa) () | () | MPa) | (=) | (&) | MPa) | (=) | (5
crestatura

semicirculard | 32,64 6,452 1,170 38,68 9,615 1,410 38,34 6,211 1,189
p =3mm

Crestiurd V| o1 07 | 4630 | 1258 | 20,00 | 4444 @ 1198 2266 4525 @ 1,222

p=0>5mm
crestiturd V11501 | 3831 | 1,472 | - ; - 1693 3,802 | 1312
p=02mm
Tabelul 8.11. Estimarile criteriului ASED, Negru s.a. (2016)
ASED (R, = 0,059 mm) ASED (R, = 0,030 mm)
cy X AW k T, ¢y X AW k T,
E t w w w w
pruvete Mj/m?) | () ) My/md G )
crestaturd V
p=05mm 0,800 1,706 3,017 0,630 1,984 1,889

p=02mm

Metodele prezentate reprezintd instrumente utile de estimare a duratei de viata in
prezenta concentratorilor de tensiune in domeniul durabilitatilor medii si mari. Pentru
aplicarea abordarilor investigate sunt necesare informatii minime despre proprietatile de
material si sunt realizate utilizand analize numerice ale campului tensiunilor si
deformatiilor de la varful concentratorilor. Ele pot inlocui cu succes investigatii
experimentale laborioase si costisitoare.
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