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RESUMO

KICHEL, Luciene de Souza. Previsdo da Vida a Fadiga das Barras de Ago por Meio
do Modelo de Tanaka e Mura e da Teoria da Distancia Critica. 2019. 95 f. Dissertacao
(Pés-Graduacao em Engenharia Civil), Universidade Tecnoldgica Federal do Parana,
2019.

Barras de aco sao determinantes na resisténcia a fadiga de pontes em concreto armado
quando o concreto esta em bom estado, e podem romper sem danos aparentes na
estrutura. Com o crescente volume de trafego em pontes somado a falta de manu-
tencdo, as condi¢des das barras de aco nessas estruturas sao incertas. Como nao é
possivel inspecionar apenas as barras, modelos de previsao da vida a fadiga podem ser
empregados para calcular quantos ciclos de carregamento as barras ainda suportam.
Esta pesquisa buscou prever a vida a fadiga de barras de aco laminadas a quente,
trabalhadas a frio e temperadas e revenidas por meio do modelo de Tanaka e Mura
e da Teoria da Distancia Critica, ambos amplamente aplicados na previsdo da vida a
fadiga de componentes metalicos. Para isso, a rugosidade proveniente do processo de
fabricacdo das barras e a variacao dos tamanhos dos graos do aco foram consideradas
no modelo de Tanaka e Mura, que visa calcular o numero de ciclos gastos na fase de
iniciacao. Por meio da combinacao entre os conceitos da Teoria da Distancia Critica
com a Lei de Paris, o calculo do numero de ciclos para propagacao foi feito levando em
consideracao aspectos microestruturais e geométricos das barras. A vida a fadiga das
barras foi entdo calculada somando os niumeros de ciclos de iniciacao e propagacao.
A abordagem proposta foi comparada com dados experimentais da literatura e previu
satisfatoriamente a vida a fadiga das barras de ago.

Palavras-chave: Fadiga; Barras de aco; Modelo do Tanaka e Mura; Teoria da Distancia
Critica.






ABSTRACT

KICHEL, Luciene de Souza. Fatigue Life Prediction of Steel Reinforcement Bars Through
Tanaka and Mura Model and the Theory of Critical Distance. 2019. 95 f. Dissertacao
(Pés-Graduacao em Engenharia Civil), Universidade Tecnoldgica Federal do Parana,
2019.

Steel reinforcement bars (rebars) are determinant in the fatigue strength of reinforced
concrete bridges when the concrete is in good condition and can rupture without
apparent damage to the structure. The increasing volume of traffic in bridges added
to the lack of maintenance, makes the conditions of the steel bars in these structures
are unknown. Since it is not possible to inspect only the rebars, fatigue life prediction
models can be used to calculate how many load cycles they still support. This research
aim to predict the fatigue life of hot rolled, cold worked and quenched and self-tempered
rebars by the Tanaka and Mura model and Theory of the Critical Distance. For this
purpose, the roughness of the rebars manufacturing process and the grain size variation
of the steel were considered in the Tanaka and Mura model, which aims to calculate
the number of cycles spent in the initiation phase. By combining the concepts of the
Theory of the Critical Distance with the Paris Law, the calculation of the number of
cycles for propagation was made taking into account microstructural and geometric
aspects of the rebars. The fatigue life of the rebars was then calculated by adding the
numbers of initiation and propagation cycles. The proposed approach was compared to
experimental data from the literature and it has satisfactorily predicted the fatigue life of
rebars.

Keywords: Fatigue; Steel reinforcement bars; Tanaka-Mura model; Theory of the Critical
Distance.
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1 INTRODUGAO

A fadiga € um dano acumulativo e permanente que ocorre em estruturas que
sofrem carregamentos ciclicos. Esse dano inicia-se em uma escala microestrutural,
por meio da nucleagao de trincas, e passa a um estagio macroscépico, onde a trinca
propaga-se estavelmente até a eventual ruptura do elemento. Uma das estruturas civis
sujeitas a danos por fadiga sdo as pontes, que sofrem carregamento dinamico devido a
cargas de trafego.

Em pontes de concreto armado, os elementos determinantes na resisténcia a
fadiga sdo as barras de ago, que eventualmente podem romper sem danos externos
na estrutura, exceto por fissuracdes locais no concreto (TILLY, 1979; SCHLAFLI;
BRUHWILER, 1998; JOHANSSON, 2004; HERWIG, 2008). Como a maioria das pontes
no Brasil foram construidas entre 1960 e 70, essas estruturas ndo foram dimensionadas
a fadiga, pois a norma de dimensionamento de estruturas de concreto armado sé
passou a considerar fadiga em 2001 (SANTOS, 2003; SANTOS, 2008). Esse fato,
aliado ao crescente volume e carga de trafego e a falta de manutencao, faz com que as
condicdes estruturais dessas barras sejam desconhecidas.

Como uma inspecao visual das barras de aco nao é possivel, ensaios ou a
previsdo da vida a fadiga por meio de modelos podem ser feitos. Os ensaios de fadiga
frequentemente realizados para barras de aco séo a tracédo axial ou de flexdo em
vigas (TILLY, 1979; SCHLAFLI; BRUHWILER, 1998) e os resultados sd0 expressos em
curvas S-N relacionando a variacédo de tensao aplicada com o numero de ciclos para
falha. Ao realizar ensaios de fadiga e observar o comportamento dos componentes
trincados, modelos de previsao da vida a fadiga foram desenvolvidos ao longo dos anos
(MURAKAMI; ENDO, 1994; HARKEGARD; HALLERAKER, 2010; KAMAL; RAHMAN,
2018). Por meio desses modelos, € possivel considerar informagdes que ndo séo
fornecidas por curvas S-N, como por exemplo, local de iniciagao das trincas, efeito da
geometria e quanto é gasto em cada fase da vida a fadiga.

Ha muitos modelos de previsdo da vida a fadiga disponiveis na literatura voltados
a varios tipos de geometrias e de materiais metalicos (MURAKAMI; ENDO, 1994;
KAMAL; RAHMAN, 2018), porém poucos modelos foram desenvolvidos para barras de
aco. Dentre os pioneiros na utilizagdo de modelos para prever a vida a fadiga de barras
de aco estdo Helgason et al. (1976) e Jhamb e MacGregor (1974b). Salah e Lovegrove
(1982) aplicaram os conceitos de Mecénica da Fratura para analisar a fadiga de barras
de aco. Zheng e Abel (1998) e Rocha, Brihwiler e Nussbaumer (2016) realizaram um
estudo paramétrico de barras de aco em 2 e 3D, respectivamente, a fim de identificar a
influéncia da geometria, marcas dos fabricantes e do didametro das barras de aco.

Outros pesquisadores buscaram adaptar modelos de previsao voltados a compo-
nentes metalicos para previsdo da vida a fadiga das barras de ago. Rocha, Bruehwiler
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e Nussbaumer (2015a) utilizaram o modelo de iniciagao de Navarro e De Los Rios
para prever a vida a fadiga de barras de ago considerando a variagdo microestrutural
e utilizando uma lei de propagacao. Majumdar et al. (2017) adaptaram os conceitos
de Volume Altamente Tensionado e Gradiente de Tensdes para prever a vida a fadiga
de barras de aco por meio de elementos finitos. Chen et al. (2018) previram a vida a
fadiga das barras por meio do modelo de iniciagdo de Tanaka e Mura e da Lei de Paris
considerando nas andlises a influéncia da corrosao nas barras. Esses pesquisadores
previram com sucesso a vida a fadiga de barras de ago, comparando os resultados dos
modelos com dados experimentais.

Nesse contexto, a presente pesquisa tem o objetivo de prever a vida a fadiga de
barras de ac¢o por meio do modelo de iniciacao de Tanaka e Mura (1981) e da Teoria
da Distancia Critica (TDC) (TAYLOR, 1999), ambos com ampla gama de aplica¢des a
componentes estruturais metalicos sujeitos a um regime de altos ciclos de fadiga. A
abordagem proposta baseia-se em conceitos analiticos aplicados em conjunto com
software numérico, como o Matlab®. O modelo de Tanaka e Mura (1981) foi aplicado em
conjunto com uma simulagéao de tamanho dos graos do aco e levando em consideracao
a rugosidade superficial das barras, a fim de analisar a dispersao inerente a vida a
fadiga. A TDC foi aplicada a fase de propagacéao de trincas e nesta pesquisa ela foi
associada a uma porgao de graos sobre os quais a trinca se propaga. O numero de
ciclos para falha foi calculado utilizando a Lei de Paris com parametros definidos pela
TDC, tais como a distancia critica L e a tensao efetiva de fadiga. Os resultados para a
vida a fadiga total das barras foram comparados com dados experimentais da literatura.

1.1 Motivacao

As pontes fazem parte do principal modal de transporte no Brasil, auxiliando no
alcance do transporte em praticamente todos os lugares do territoério nacional, o que
indica a sua importancia na infraestrutura do pais. Porém, um dos primeiros problemas
que surgem com essas estruturas € a fadiga proveniente do aumento do volume de
trafego e sobrecargas nos veiculos, fazendo com que as pontes sejam sujeitas a um
carregamento superior ao originalmente projetado (PIPINATO, 2015).

A preocupagao com a estabilidade estrutural de pontes e viadutos ganhou desta-
que no Brasil apds o desabamento de trecho sul do Rodoanel em Sao Paulo (2009).
Casos semelhantes ocorreram em Belo Horizonte (2014), Fortaleza (2016) e Brasilia
(2018), além das recentes interdi¢des de viadutos em S&o Paulo (2019) (GOMES,
2018; ZAREMBA, 2019). Embora nédo tenha sido comprovado se essas estruturas
entraram em colapso ou foram interditadas devido a danos por fadiga, o fato de nao
haver rupturas de pontes por fadiga no Brasil, ndo significa que esse acumulo de dano
ndo vem aumentando e, consequentemente, aumentando o risco de acidentes.



27

Estima-se que existem aproximadamente 120 mil pontes e viadutos no Brasil,
algumas com mais de 50 anos de utilizacao e que ndo recebem a manutencao ade-
quada, o que gera precupacodes tanto no sentido estrutural e de seguranca, quanto no
sentido financeiro. (SANTOS, 2003; SANTOS, 2008; VASCONCELQOS, 2008; SANTOS,
2017). Tomando como exemplo a cidade de Sao Paulo, um orgcamento de aproxima-
damente R$ 50 milhdes foi previsto entre 2017 e 2018 para manutencao de pontes e
viadutos. Porém, menos de 8% desse valor foi investido na recuperacao das pontes.
Nesta mesma cidade, estima-se que 33 pontes e viadutos devem ser vistoriados para
manutengdo em trechos de areas de rodizio e prioritarias (ARCOVERDE, 2018; PAIVA,
2018). Expandir esse cenario financeiro municipal para o nacional, implica em grandes
custos, planejamento e pesquisa na area estrutural.

Nesse cenario, este estudo busca destacar a importancia do estudo da fadiga
em barras de aco empregadas na construcao de pontes, para que se possa prever de
maneira segura e eficaz quantos ciclos de carregamento essas estruturas sdo capazes
de suportar sem que acidentes ocorram.

1.2 Objetivos
1.2.1  Objetivo Geral

Prever a vida a fadiga de barras de aco CA-50 sujeitas a altos ciclos de fadiga por
meio de modelos de previsao voltados a componentes metalicos.

1.2.2 Objetivos Especificos

» Fazer uma revisdo dos modelos de previsdo da vida a fadiga voltados a compo-
nentes metalicos presentes na literatura;

* Aplicar dois desses modelos as barras de aco, um relativo a iniciagao e outro a
propagacao;

» Comparar os resultados desta pesquisa com dados experimentais da literatura.

1.3 Estrutura da Dissertacao

Nesta pesquisa, seis capitulos foram redigidos incluindo a introducéo ao tema,
bem como justificativa e objetivos, uma revisao bibliografica dos conceitos de fratura e
fadiga, revisdo dos modelos existentes e dos aplicados na presente pesquisa, materiais
e métodos descrevendo as caracteristicas macro e microestruturais das barras de ago
que sao relevantes no estudo da fadiga, a forma como os modelos foram aplicados
as barras e quais hipéteses de calculo foram adotadas e finalmente a discusséo dos
resultados e conclusdes.
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No capitulo 2 os principais conceitos da Mecéanica da Fratura Elastica Linear foram
expostos, com destaque para pesquisadores como Inglis (1913), Griffith (1921), lrwin
(1957) e Paris (1961). O capitulo segue definindo o que é a fadiga em componentes
metalicos e quais sdo 0s mecanismos de iniciacao e propagacgao de trincas juntamente
com os parametros que influenciam em cada fase.

O capitulo 3 apresenta uma breve revisdo dos modelos de previsdo da vida a
fadiga desenvolvidos desde 1920 até as mais recentes adaptacoes, com aplicacoes
voltados a componentes estruturais de aco. Em seguida, o modelo de iniciacao de
trincas desenvolvido por Tanaka e Mura (1981) e o modelo de propagacao da Teoria da
Distancia Critica (TAYLOR, 1999) foram descritos. As origens e aspectos principais de
cada modelo sao discutidos, bem como suas aplicacées até o momento.

No capitulo 4, inicialmente os principais aspectos relevantes a fadigas das barras
de aco foram descritos. Esses aspectos englobam o processo de fabricagao, micro-
estrutura, propriedades mecéanicas e ainda aspectos de ensaios pertinentes para
comparagado com dados experimentais. Em seguida, a metodologia de aplicacao dos
modelos € apresentada, incluindo as hipéteses de adotadas e os procedimentos de
calculo utlizados, assim como os estudos que serviram de referéncia para este estudo.

Os resultados das aplicacdes propostas sao apresentados no capitulo 5, onde
foram comparados com dados experimentais da literatura. As discussdes feitas envol-
vem as hipoéteses de célculo adotadas e como estas influenciaram nas fases da vida a
fadiga das barras, se o0 comportamento verificado nos resultados esta ou nao de acordo
com a literatura e quais sao os possiveis motivos.

Finalmente, o capitulo 6 apresenta a aplicabilidade e eficacia de cada modelo,
identificando suas limitacoes e possiveis estudos futuros.
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2 REVISAO DOS CONCEITOS DE MECANICA DA FRATURA E FADIGA

Neste capitulo uma breve revisdo dos conceitos da Mecanica da Fratura e da
Mecanica da Fratura Elastica Linear foi feita, onde as principais teorias desenvolvidas
foram abordadas. Em seguida, uma compreensao geral do que é fadiga é apresentada,
mostrando quais sdo 0s mecanismos de iniciacao e propagagao de trincas e também
aspectos gerais de ensaios de determinacao da resisténcia a fadiga de barras de aco.

2.1 Mecanica da fratura

A Mecanica da Fratura (MF) é uma ferramenta utilizada para determinar as
condi¢cbes necessarias para propagacao de trincas e a vida restante de um componente
sujeito a carregamentos ciclicos. Esta leva em consideragao parametros como tamanho
da trinca, fator de intensidade de tensao e tenacidade a fratura. Por meio desses fatores,
a MF busca descrever a influéncia de trincas em componentes estruturais metalicos.

Os estudos voltados a componentes trincados iniciaram com Inglis (1913) com
o objetivo de determinar a tensado ao redor de um furo eliptico em uma placa que é
submetida a uma tenséo de tragdo, como mostra a Figura 1. Neste estudo, Inglis (1913)
notou que conforme a relagéo § diminuia, o furo eliptico assemelhava-se a uma trinca
fina e reta de comprimento 2a € um aumento na magnitude da tensédo ocorria no ponto
A. Inglis (1913) relacionou tensé@o no ponto A a tensdo aplicada e as dimensdes do furo
e concluiu que a tensado nesse ponto tendia a aumentar conforme o raio de curvatura
p fosse reduzido. Além de furos elipticos, Inglis (1913) também analisou a influéncia
de cantos arredondados em imperfeicdes quadradas e retangulares e entalhes de
borda, e a mesma conclusao foi obtida, quanto menor tende a ser p maior tende a ser
a concentracao de tensao.

Assim como Inglis (1913), Griffith (1921) também analisou os efeitos de imperfei-
cOes superficiais em componentes metélicos sujeitos a carregamentos alternados e
utilizou conceitos de energia para abordar o problema de ruptura de sélidos. Segundo
Griffith (1921), quando uma superficie de trinca é formada ha um aumento da energia
de superficie devido a quebra das ligacdes atdmicas da superficie do componente, o
que causa um desequilibrio na energia poténcial total. Essa energia potencial total &
entdo reduzida para que o componente volte a condicdo de equilibrio. Dessa forma,
se a energia total atuante no componente permanecer constante ou for reduzida, a
resisténcia a fratura também é reduzida. Essa condi¢édo € expressa pela equagéo 2.1,
onde a energia total é igual a soma da energia elastica e da energia de superficie
necessaria para criar uma nova superficie de trinca.

dE _dIL _dW,
dA  dA = dA

(2.1)
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Figura 1 — Chapa metalica com furo eliptico conforme estudado por Inglis

Fonte: adaptado Anderson (2005).

Onde dE é a energia potencial total, dIT é a energia elastica, dIV, é energia de
superficie para criar novas superficies e dA € o incremento de trinca. Griffith (1921)
aplicou essa teoria a uma chapa homogénea e isotropica de espessura constante com
uma trinca reta central e sujeita a uma tensao de tracdo. Para determinar a energia
potencial atuante nessa chapa trincada, Griffith (1921) utilizou a solucéo obtida por
Inglis (1913), e obteve a equacao 2.2.

dll  7oa
"dA E

Onde ¢ é a tensao aplicada, a« € metade do tamanho da trinca e £ € o médulo

de elasticidade. Para verificar essa teoria experimentalmente, Griffith (1921) utilizou

chapas e fibras de vidro e observou que quando uma trinca é formada sob tenséo,

duas novas superficies de trinca sao formadas também. Dessa forma, o incremento de

trabalho necessario para criar duas novas superficie dobra de valor. A partir dessas

conclusées, Griffith (1921) obteve a tensao de fratura do material, que € a tensao

aplicada ao componente para que a trinca se propague, e € expressa pela equacao
2.3.

(2.2)

oo <2EWS)1/2 (2.3)

Ta
Onde o € a tensé&o de fratura do material e W € o trabalho para criar uma nova
superficie de trinca. Mas o estudo de Giriffith (1921) era véalido para materiais idealmente
frageis, onde a fratura ocorre devido a quebra das ligagées atdmicas, como no caso do
vidro e ceramica. Griffith (1921) n&o foi capaz de explicar o comportamento a fratura de
metais.
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Tal explicagao foi necessaria devido aos acidentes causados por fratura fragil
de componentes metalicos em navios, avides e tanques de armazenamento de 6leo
durante e apds a Segunda Guerra Mundial. Nesse periodo, a teoria de Griffith (1921)
foi alvo de estudos que buscavam explicar por que o metal rompia de forma fragil,
como Irwin e Orowan, que estenderam a teoria de Griffith (1921) independentemente,
considerando o escoamento na ponta da trinca (IRWIN, 1957).

A fim de entender o comportamento a fadiga de componentes metalicos, Irwin
(1957) analisou a regiao de deformacao plastica logo a frente da ponta da trinca, pois
segundo Irwin (1957) essa regido tornava o metal "ligeiramente fragil". Utilizando as
consideragdes de Westergaard (1939), Irwin (1957) concluiu que o campo de tensdes
atuando a frente da ponta da trinca poderia explicar a fratura "ligeiramente fragil"do
metal, e este campo de tensdes poderia ser aproximado pelo fator de intensidade de
tensdo, que é expresso pela equacgao 2.4.

AK = AcY/7ma (2.4)

Onde AK é o fator de intensidade de tenséao, Y é o fator de forma referente a
geometria e a é a metade do tamanho da trinca. Por meio de AK é possivel obter o
campo de tensodes a frente da ponta da trinca, que pode ser visto na Figura 2 (PARIS,
1961). AK é um dos parametros principais para descrever o campo de tensdes a frente
da ponta da trinca e amplamente utilizado na aplicagdo da Mecanica da Fratura Elastica
Linear (MFEL), onde a estrutura obedece a Lei de Hooke, o comportamento global €
linear e a plasticidade na ponta da trinca é em pequena escala.

Segundo os principios da MFEL, assumindo que o componente trincado comporta-
se de forma elastica e linear, o campo de tensdes a frente da ponta da trinca pode ser
calculado utilizando as equacdes 2.5, 2.6 e 2.7 (ANDERSON, 2005).

AK 0 6 . 30
A 0) = ——=cos - [ 1 —sin = sin — :
o.(r,0) Nore: cos o (1 sin o sin - ) (2.5)
AK 7 0 7
Aoy(r,0) = Nor= cos 5 <1 + sin 3 sin 32> (2.6)
AK
ATy (r,0) = Wors Ccos Z Cos 329 sin Z (2.7)

Onde Ao, é a tenséo tangencial, Ao, € a tensdo radial, Ar,, & a tensdo de
cisalhamento, r é a distancia medida da ponta da trinca ou entalhe até o ponto de
andlise e 6 é o angulo de inclinacao da tensado. Essa expressao, assim como A K, varia
de acordo com o modo de carregamento sob o qual uma trinca pode estar sujeita,
como mostra a Figura 3. O modo I, onde a tensé&o principal € aplicada normal ao plano
da trinca, tende a abrir a trinca. Ja o modo Il corresponde ao plano de cisalhamento
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Figura 2 — Campo de tensbes a frente da ponta da trinca

y

Trinca

Fonte: autoria prépria.

e tende a deslizar uma face da trinca na outra. E finalmente o modo Il refere-se ao
cisalhamento lateral, ou rasgamento (ANDERSON, 2005).

Figura 3 — Modos de carregamentos aplicados as trincas

Modo Modo ll Modo Il
(normal) (cisalhamenta) (cisalhamento lateral)

" »

Fonte: adaptado de Anderson (2005).

Os estudos desenvolvidos por Inglis (1913), Griffith (1921) e Irwin (1957) formaram
as bases da MFEL e os conceitos desenvolvidos por meio desses estudos sao utilizados
na previsao da vida a fadiga de componentes metalicos.
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2.2 Fadiga em materiais metalicos

Fadiga € um dano estrutural gradual que ocorre em componentes sujeitos a
tensdes ciclicas. Estas consistem em agdes de tensdes maxima e minima, normalmente
com magnitude inferior a resisténcia estatica do material. Apés um numero suficiente
de ciclos surgem trincas na superficie do componente que podem resultar em fratura
brusca (BOYER, 1985).

A vida a fadiga de um componente contendo trincas pode ser entendida como
a quantidade de ciclos de carregamento que o componente suporta até a eventual
ruptura. Na previsao da vida a fadiga, as fases de iniciagao e propagacao podem ser
consideradas separadamente, obtendo o niumero de ciclos gastos em cada fase.

Na fase de iniciacdo, ha uma maior complexidade de analise devido ao comporta-
mento ndo linear que causa a nucleacéo e propagacao de microtrincas. A nucleagao
€ um processo de deslizamento ciclico que ocorre nas bandas de deslizamento de
um grao e causa uma deformacao irreversivel. Tal deformacgédo gera uma microtrinca,
que é da ordem do tamanho do grdo. No momento que uma microtrinca € formada,
esta tende a propagar-se ao longo da banda de deslizamento até que tenha energia
suficiente para ultrapassar a fronteira do grao (TAIRA; TANAKA; HOSHINA, 1979;
TOKAJI; OGAWA; HARADA, 1986). A Figura 4 demonstra um exemplo de bandas de
deslizamento formadas nos gréaos.

Figura 4 — Microestrutura de uma barra de ago: graos e bandas de deslizamento

Bandas
de Deslizamento

Graos

Fonte: adaptado de Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015a).

A fronteira do grdo age como uma barreira microestrutural na propagacao da
microtrinca, pois bloqueia a banda de deslizamento. Esse fato faz com que a taxa de
propagacao da microtrinca reduza conforme esta se aproxima da fronteira do gréo. Ao
ultrapassa-lo e iniciar a propagacao na banda de deslizamento do préximo do grao, a
taxa de propagacao volta a acelerar. Esse processo de aceleracao e desaceleracao
torna a propagacgao de microtrincas um processo instavel. Devido a esse comporta-
mento, a fase de iniciagdo pode consumir mais da metade da vida a fadiga total de
componentes estruturais metalicos (TAIRA; TANAKA; HOSHINA, 1979; TOKAJI et al.,
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1986; TOKAJI; OGAWA; OSAKO, 1988).

O efeito da fronteira do grdo depende do tamanho da trinca e este efeito tende
a reduzir conforme a trinca cresce (TOKAJI et al., 1986). A partir do momento que a
trinca atinge o tamanho de alguns graos e passa a se propagar perpendicularmente
a carga aplicada, a microestrutura ja ndo influencia mais na propagacéo (TOKAJI et
al., 1986; NAKAI; TANAKA; NAKANISHI, 1981). Nesse estagio, a trinca € considerada
longa e seu comportamento € dito estavel.

A propagacéo estavel de trincas pode ou ndo levar o componente estrutural a
ruptura fragil, pois as estruturas ainda podem suportar uma carga significativa na
presenca de trincas (SCHLAFLI; BRUHWILER, 1998; HERWIG, 2008). Para entender
como a trinca propaga-se ao longo de um componente estrutural uma lei de crescimento
pode ser utilizada, como a Lei de Paris (PARIS, 1961; PARIS; ERDOGAN, 1963).

Paris (1961) sugeriu que a taxa de crescimento da trinca da/dN poderia ser
relacionada com AK conhecendo a curva de taxa de crescimento da trinca versus o
fator de intensidade de tenséo (Figura 5). A partir de observacdes experimentais e
analises teoricas, Paris (1961) obteve a equacgao 2.8, que € valida para a regiao de
crescimento estavel da trinca.

da m
N C(AK) (2.8)

Onde, da/dN é a taxa de crescimento da trinca e C' e m sdo constantes do
material determinadas experimentalmente que dependem de aspectos, como por
exemplo, temperatura e tipo de carregamento. A taxa de propagacao da trinca em
fungdo de AK pode ser vista na Figura 5 dividida em trés regides denominadas A, B e
C. Na Regido A, ha um fator de intensidade de tenséo threshold AKy,, que € o valor
minimo de AK necessario para que a trinca se inicie. Abaixo desse valor a taxa de
propagacao € minima e a trinca se propaga por apenas alguns poucos graos. Nessa
regido, a microestrutura € um dos parametros de maior influencia (TAIRA; TANAKA;
HOSHINA, 1979; NAKAI; TANAKA; NAKANISHI, 1981; TOKAJI; OGAWA; HARADA,
1986). Ao superar as barreiras microestruturais e atingir a condicdo de longa, a trinca
passa a propagar-se na Regidao B, onde é regida pela equacao 2.8. Os parametros
relativos a fase de iniciacao ja nao exercem mais influéncia nesse estagio e a trinca
propaga-se estavelmente até ultrapassar o limite da Regidao B (PARIS, 1961). Na
transicao entre as Regides B e C a trinca chega a um tamanho critico e quando atinge
o fator de intensidade de tensao critico K., ou tenacidade a fratura, leva o material ao
colapso de forma brusca.

A Lei de Paris tem sido frequentemente aplicada na literatura para previsdo da vida
a fadiga de materiais metalicos devido a sua simplicidade e por abranger uma ampla
gama de materiais metalicos e geometrias. Esta pode ser aplicada em conjunto com
modelos de iniciagdo ou apenas a propagacao e fornece resultados semelhantes aos



35

Figura 5 — Relacdo entre a taxa de propagacao da trinca e o fator de intensidade de tenséo
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Fonte: autoria propria.

experimentais (WANG et al., 2016; Ll et al., 2017). Estudos como o de Sobieck, Atadero
e Mahmoud (2014) e Chen et al. (2018) aplicaram a Lei de Paris para previsao da vida
a fadiga de barras de ago e obtiveram resultados satisfatérios e em conformidade com
dados experimentais.

2.3 Determinacao da resisténcia a fadiga

A presente pesquisa busca prever a vida a fadiga de barras de aco sujeitas a
altos ciclos de fadiga por meio de modelos, os reultados serdo comparados com dados
experimentais da literatura. Como alguns parametros de ensaio podem influenciar nos
resultados, estes devem ser conhecidos. A previsao da vida a fadiga de barras de
aco pode ser feita por meio de ensaios a flexao (vigas) ou a tragdo aplicando uma
tensdo maxima o,,,. € em seguida uma tensao minima o,,;,. Nestes casos, a razao
das tensdes R, que é a razao entre o,,;, € 0,4, € 0 modo de carregamento podem
influenciar diretamente na resisténcia a fadiga das barras. Outro fator de influéncia
direta na resisténcia a fadiga é o didmetro da barra, pois conforme o didmetro aumenta,
a resisténcia a fadiga tende a diminuir (HELGASON et al., 1976; ZHENG; ABEL, 1998).
Isso ocorre porque barras com se¢éo maior consequentemente tém maior probabilidade
de ter imperfeigdes superficiais ou inclusdes.

Em testes de fadiga, as barras sdo submetidas a uma grande quantidade de
variacao de tensdes ciclicas Ao (denominado regime de alto ciclo) com frequéncia
controlada (TILLY, 1979). A Figura 6 mostra um grafico de variagcao de tensédo constante
ao longo do tempo.
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Figura 6 — Detalhamento da variagdo de tensdo

Tensao

Ciclo

Omax

Tempo

Fonte: autoria prépria.

Na Figura 6, observa-se uma onda senoidal utilizada para ensaios de fadiga de
forma geral. Ela mostra um ciclo de carregamento, que inicia com o,,,, reduz até o,,;,
e volta ao valor maximo. A Figura 6 também mostra a amplitude de tensao o,, que é
metade da variacéo de tensdo e a tensdo média o,,, que pode ser expressa em termos
de R.

Os resultados desses testes sdo apresentados por uma curva de resisténcia,
ou curva S-N, representada na Figura 7, que fornece o limite de resisténcia a fadiga
Ao, das barras de acgo. O limite de fadiga pode ser definido como a maior variacao de
tensdo sem a capacidade de nuclear microtrincas (SCHIJVE, 2001).

Figura 7 — Exemplo de curva S-N

Limite de Fadiga

Variagdo de Tensdo Ao

Numero de Ciclos

Fonte: autoria propria.

Como nesta pesquisa considerou-se que as barras estdo em um regime de alto
ciclo, um numero de ciclos maximo para falha deve ser estabelecido. Nesse regime, as
variagdes de tensdes aplicadas as barras podem variar de aproximadamente 200 até
380 MPa (HANSON; BURTON; HOGNESTAD, 1968; TILLY, 1979; TILLY, 1984; ZHENG;
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ABEL, 1999; ROCHA et al., 2016), e ndo ha um numero de ciclos pré estabelecido na
literatura. Com base nessas informacdes, o numero de ciclos para falha foi arbitrado
em 106 ciclos.
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3 MODELOS PARA PREVISAO DA VIDA A FADIGA APLICADOS AS BARRAS
DE ACO

Modelos de previsdo da vida a fadiga para componentes metélicos sdo ampla-
mente encontrados na literatura. Estes consideram uma vida finita de N ciclos na qual
a variacao de tensdo Ao é repetida para cada ciclo de carregamento sem que ocorra
a ruptura. Nos modelos de previsdo pode-se considerar apenas a fase de iniciagao,
propagacao ou ambas e informagdes adicionais que nao sao possiveis de obter por
meio das curvas S-N podem ser incorporadas ao calculo, como por exemplo, local de
iniciacao das microtrincas, efeito da tensdo média, rugosidade e quanto é gasto em
cada fase da vida a fadiga.

Tais modelos foram desenvolvidos a partir de observagdes experimentais de
aspectos inerentes a fadiga, como por exemplo, descontinuidades geométricas, picos
de tensao e microestrutura. Inicialmente, componentes metalicos contendo trincas ou
entalhes foram analisados com diferentes tipos de geometrias e de carregamento a fim
de entender o comportamento da trinca, por que algumas propagavam-se até a ruptura
do componente e outras ndo. A partir disso, modelos de previsdo da vida a fadiga foram
desenvolvidos com o intuito de explicar os mecanismos de iniciacao e propagacao de
trincas e quais eram os fatores de influéncia em cada fase.

Alguns modelos, como por exemplo o Gradiente de Tensdes, tém suas origens
nos anos 1950 e contiuam sendo utilizados, adaptados e unidos a outros modelos.
O modelo do Gradiente de Tensdes tem como base o calculo da tensao atuante em
entalhes nos componentes metalicos. Esse modelo analisa o pico de tensao a frente
do entalhe ou trinca levando em consideragao a variacao de tensao aplicada e um
fator de suporte, que é baseado na geometria do entalhe. Os parametros utilizados
nesse modelo sdo o fator de concentracdo de tensédo K;, que mede a severidade da
concentracdo de tensdo na raiz do entalhe ou trinca, e o fator de sensibilidade ao
entalhe ¢, que indica a sensibilidade do componente a descontinuidades geométricas
(SPAGGIARI et al., 2011).

Frost (1959) realizou ensaios de flexao rotacional em componentes metalicos com
0 objetivo de analisar como a propagacao de trincas por fadiga afetava o comportamento
de amostras com entalhes e qual era a tensao critica que causava essa propagacao.
A partir dessas observagdes e comparando seus resultados com dados da literatura,
Frost (1959) desenvolveu um modelo empirico que relacionava a variagao de tensao
aplicada e o tamanho total da trinca.

Kuguel no inicio de 1960 propés um estudo baseado no Volume Altamente
Tensionado logo a frente de entalhes (LIN; LEE, 1998; HARKEGARD; HALLERAKER,
2010). Neste estudo, a tensédo atuando logo a frente da ponta da trinca poderia ser
calculada em funcao de uma porcao de volume do componente sujeito a, pelo menos,
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90% da tensdo maxima. Para isso, Kuguel utilizou parametros como tamanho e forma
do entalhe/trinca, diferentes tipos de carregamentos e um volume inicial arbitrado a
frente do entalhe. A concluséo foi que a resisténcia a fadiga, e consequentemente a
vida a fadiga do componente, diminuem conforme o volume altamente tensionado a
frente do entalhe aumenta (LIN; LEE, 1998).

Bilby, Cottrell e Swinden (1963) desenvolveram um modelo para determinar o
tamanho da zona pléstica a frente da ponta da trinca utilizando a Teoria das Discordan-
cias, considerando que a tensdo na zona plastica igualava-se a tensdo de escoamento
do material. Porém o modelo de Bilby, Cottrell e Swinden (1963) foi desenvolvido para
carregamento monotonico e este foi extendido para componentes sujeitos a carrega-
mentos ciclicos por Taira, Tanaka e Nakai (1978).

O modelo de Taira, Tanaka e Nakai (1978) considera que a banda de deslizamento
inicia na ponta da trinca e avanga contra a tensao de cisalhamento resistente até que
atinja a fronteira do grao, onde é bloqueada. A partir disso, a andlise do campo de
tensoes a frente da ponta da banda de deslizamento foi feita, com o intuito de calcular o
fator de intensidade de tenséo threshold em fungédo da banda de deslizamento a frente
da ponta da trinca.

Taira, Tanaka e Hoshina (1979) fizeram observagdes microscopicas a fim de
identificar a influéncia do tamanho do grao na nucleacéo, propagacao de microtrincas
e na vida a fadiga total de acos de baixo carbono. Para isso, componentes com trés
tamanhos médios de graos foram utilizados. Testes de fadiga rotacional também foram
realizados a fim de identificar as diferentes fases da vida a fadiga. Com base nesses
dados, os autores desenvolveram um modelo para calcular o limite de fadiga em funcéo
do tamanho médio do gréo.

Tanaka e Mura (1981) desenvolveram um modelo de iniciacdo de microtrincas
baseado na Teoria das Discordancias. O modelo leva em consideracao propriedades
dos material, como modulos de cisalhamento e elasticidade, o tamanho médio dos
gréos de superficie e a energia especifica de fratura do material de analise. Esse
modelo foi desenvolvido inicialmente para microtrincas surgindo nos gréos de superficie
e foi estentido para prever a iniciagdo de microtrincas surgindo em inclusées metélicas
e nao metdlicas na subsuperficie do material (TANAKA; MURA, 1981; TANAKA; MURA,
1982).

Navarro e Rios (1988) desenvolveram um modelo para caracterizagcdo do compor-
tamento a fadiga de microtrincas que crescem ao longo das bandas de deslizamento.
Nesse modelo, a trinca, a banda de deslizamento associada e uma regido que simula a
discordancia bloqueada no grao sao representados por meio da distribuicdo continua
de discordancias infinitesimais (NAVARRO; RIOS, 1992). Vallellano, Navarro e Domin-
guez (2002) estenderam o modelo de Navarro e Rios (1988) para representacao de
uma trinca na qual a zona plastica estende-se sobre uma regiao além da fronteira do
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grao, levando em consideracao tensoes de atritos diferentes para zonas plasticas em
diferentes regides.

Taylor (1999) baseou-se nos conceitos da MFEL e na Teoria da Distancia Critica
para calcular a tensao efetiva de fadiga que atua logo a frente da ponta de uma trinca.
Para isso, Taylor (1999) utilizou uma constante do material denominada distancia critica,
que € um comprimento caracteristico do material da ordem do tamanho de gréaos. Taylor
(1999) previu a vida a fadiga de componentes estruturais metalicos através de analises
pontuais, ao longo de um caminho de analise e em uma area critica a frente da ponta
da trinca.

Wormsen et al. (2007) analisaram a quantidade de imperfeicdes em componentes
metalicos a fim de obter a resisténcia a fadiga destes. Para isso, Wormsen et al.
(2007) subdividiram o componente em pequenas por¢des com o intuito de calcular a
densidade critica das imperfeicées. Ao fazer isso, Wormsen et al. (2007) observaram
que essa densidade critica depende da razdo das tensdes e do numero de ciclos
determinado. Somando as densidades criticas de defeitos obtém-se a resisténcia a
fadiga do componente. Em seguida, a probabilidade de falha por fadiga em cada
porcao de volume é calculada e uma analise de sobrevivéncia do componente sob uma
variacao de tensao é feita (WORMSEN et al., 2007). O modelo recebeu o nome de Elo
Mais Fraco pela analogia a uma corrente. Como a soma dos elos da corrente a torna
resistente, esta tende a romper no elo mais fraco, assim como o componente tende a
romper na por¢ao de volume com maior quantidade de imperfei¢oes.

Embora muito material relacionado a modelos de previsdo da vida a fadiga de
componentes metélicos esteja disponivel na literatura, poucos modelos foram aplicados
para previsao da vida a fadiga de barras de aco nervuradas. Alguns dos pioneiros
nessa area sao, por exemplo, Jhamb e MacGregor (1974a) que realizaram estudos
paramétricos para identificar a influéncia dos parametros geométricos, tais como raio
da base e altura da nervura, no fator de concentragao de tensao K; em barras LQ.
Eles identificaram que o valor de K; diminui com o crescimento da relagédo p/h, que
representa o raio da raiz da nervura (p) e a altura da nervura (h).

Helgason et al. (1976) analisaram experimentalmente o efeito de parametros como
variagao de tensao, tensdo minima, tensdo de escoamento, geoemtria e diametro da
barra na vida a fadiga destas. Através de anadlises estatisticas dos resultados, Helgason
et al. (1976) foram capazes de prever o limite de fadiga e calcular o nimero de ciclos
para falha de barras de aco, além de identificar o efeito de cada um dos parametros
testados na vida a fadiga das barras.

Salah e Lovegrove (1982) previram a vida a fadiga de barras TF com base nos
conceitos da MFEL e comparam os resultados com dados de testes de flexao. Salah e
Lovegrove (1982) propuseram que, para superficies nervuradas, o numero de ciclos
para iniciagdo de uma microtrinca da ordem do tamanho do gréo pode ser calculada
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em funcdo do AK e de constantes do material obtidas experimentalmente. A equacao
utilizada para o calculo do nimero de ciclos para iniciagdo é semelhante a equacéao vista
na Lei de Paris, que foi utilizada para o calculo do numero de ciclos para propagacao.
No calculo da propagacao, Salah e Lovegrove (1982) consideraram a soma entre a
propagacao da microtrinca e a propagacao de trinca longa até um tamanho critico.

Zheng e Abel (1998) investigaram a influéncia dos aspectos geométricos da
nervura transversal e das marcas dos fabricantes na concentracéao de tensao de barras
TR. Eles observaram que a concentracao de tensao € limitada a uma pequena area
nas redondezas da nervura transversal e o pico de tensdo € na junc¢ao entre o raio
da raiz da nervura e a superficie livre da barra. Com relagdo as marcas do fabricante,
Zheng e Abel (1998) afirmam que estas reduzem a vida a fadiga das barras devido a
concentracao de tenséo na base da barra. Esta mostrou-se mais acentuada do que a
juncéo entre a base da barra e nervura transversal.

Outras pesquisas buscaram adaptar modelos desenvolvidos para outros tipos de
materiais metalicos. Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015a) adaptaram o modelo
de Navarro e Rios (1988) para prever a vida a fadiga de barras de ago LQ, TF e TR.
Majumdar et al. (2017) adaptaram os conceitos de Volume Altamente Tensionado e
Gradiente de Tensdes para prever a vida a fadiga de barras TR por meio de elementos
finitos. Chen et al. (2018) previram a vida a fadiga de barras LQ por meio do modelo de
iniciacdo de Tanaka e Mura e da Lei de Paris considerando nas andlises a influéncia da
corrosao nas barras. Esses modelos conseguiram prever com sucesso a vida a fadiga
de barras de aco.

Assim, com base na revisdo dos modelos de previsdo obtidos da literatura, o
objetivo desta pesquisa é prever a vida a fadiga das barras de aco por meio de modelos
de previsédo. Nesta pesquisa, foi dada énfase ao Modelo de Tanaka e Mura e a Teoria
da Distancia Critica, que tratam de iniciacao e propagacao de trincas respectivamente.
Ambos os modelos sao revisados nos itens 3.1 e 3.2 e a metodologia de aplicacao de
cada um ¢ vista no Capitulo 4.

3.1 Modelo de Tanaka e Mura

Com o intuito de explicar o mecanismo de iniciagdo de microtrincas Tanaka e Mura
(1981) desenvolveram um modelo de iniciacdo baseado no na Teoria das Discordancias
considerando que estas ocorrem em duas camadas adjacentes. O modelo permite
calcular o numero de ciclos de carregamentos gastos para que a trinca se inicie em
funcdo da metade do tamanho do gréo [, da energia especifica de fratura v, da tenséo
de cisalhamento efetiva de fadiga na banda deslizante (A7 — 27;) e do médulo de
cisalhamento G (TANAKA; MURA, 1981).

O modelo de Tanaka e Mura (1981), referido nesta pesquisa como modelo T-M,
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considera que o acumulo de dano ocorre no grao de superficie favoravelmente orientado
em termos de tamanho e orientagdo cristalografica. O grao é dito favoravelmente
orientado, quando em relacéo a carga aplicada, os planos de deslizamento no grao
estdo orientados a 45°, onde a tensao de cisalhamento (modo Il de carregamento)
é maxima (NAVARRO; RIOS, 1992; BRUCKNER-FOIT; HUANG, 2006). A equacéo
empregada para o calculo de numero de ciclos de carregamento considerando o duplo
acumulo de dano por fadiga conforme o modelo T-M é a equagéo 3.1. O acumulo é dito
duplo por que considera 0 dano em duas camadas adjacentes, sendo o dano devido a
carregamento direto e ao fluxo reverso.
8Gs

N: = ml(1 — v)(AT — 274)? S

Onde N; € o numero de ciclos gastos na fase de iniciacao, v é o coeficiente de
Poisson, | é a metade do tamanho do gréo, Ar é a variacao de tensao cisalhante
e 27; € a tensdo de resisténcia a discordancia. O termo (A7 — 274)? é a tensdo de
cisalhamento efetiva de fadiga e é elevada ao quadrado para representar o efeito do
acumulo de dano duplo.

Desde seu desenvolvimento, o0 modelo T-M tem sido amplamente utilizado para
previsdo da vida a fadiga de componentes metélicos. Tanaka e Mura (1982) estenderam
o modelo T-M para prever a vida a fadiga de iniciacao de agos de alta resisténcia e
ligas de aluminio com inclusbées baseado na resisténcia da matriz do material metalico
a inclusao.

Zhou, Cheng e Mura (1989) em sua investigacao da iniciacao de trincas por fadiga
em inclusdes utilizaram o modelo T-M para prever a vida a iniciacdo de componentes
metalicos sujeitos a fadiga por atrito. Eles incluiram ao modelo T-M um fator de acumulo
de dano, que representa a fragado de energia plastica acumulada em cada ciclo de
carregamento e para corrigir possiveis discrepancias entre o0 modelo e os resultados
experimentais.

Venkataraman et al. (1990) modificaram o modelo T-M para que as bandas de
deslizamento fossem representadas como um conjunto de dipolos vagos. O modelo
baseia-se em um numero de ciclos critico acima do qual o acumulo de discordancias
ao longo das bandas de deslizamento tornam-se instaveis levando ao surgimento da
microtrinca no interior da banda de deslizamento. Essa andlise foi feita a fim de obter a
curva S-N para a iniciacao de microtrincas e a profundidade da microtrinca formada.

Wang et al. (2002) adaptaram o modelo T-M para prever o efeito de inclusées na
vida a fadiga de giga ciclo em acgos de alta resisténcia, substituindo os parametros de
cisalhamento por tracao axial, tenséo de atrito pelo limite de fadiga e ainda a energia
especifica de fratura por um termo em funcédo de AK,, e E. Além disso, Wang et al.
(2002) uniram o modelo de iniciacdo T-M com a Lei de Paris para propagacao de trincas
longas.
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Chan (2003) aplicou o0 modelo T-M para outros materiais metalicos além do aco,
como ligas de aluminio, titdnio e niquel, incluindo o tamanho inicial da microtrinca e
outros parametros microestruturais relevantes, tais como tamanho do gréo, largura da
banda deslizante considerada no grao, tamanho da trinca inicial, um fator de orientacao
do gréao, denominado Fator de Taylor e ainda um expoente o« dependente do grau de
irreversibilidade da discordancia e da energia de falha.

Brlickner-Foit e Huang (2006), a fim de identificar a influéncia da microestrutura
na iniciagao (tamanho e orientagéo dos graos), uniram ao modelo T-M uma simulagao
da estrutura dos graos de agos martensiticos para componentes sujeitos a testes de
fadiga rotacional. Para este propésito, Briickner-Foit e Huang (2006) utilizaram-se da
Tesselagao Voronoi, ou Diagrama Voronoi.

Wang et al. (2016) aplicaram o modelo T-M em conjunto com a Lei de Paris para
previsao da vida a fadiga de giga ciclo do ago inoxidavel. O modelo T-M foi aplicado para
o calculo do numero de ciclos para iniciacdo até que a trinca passasse a comportar-se
como longa, considerando uma imperfeicao superficial como local de iniciagao.

Li et al. (2017) seguiram uma abordagem analoga a Wang et al. (2016), conside-
rando o modelo T-M para o calculo do nimero de ciclos para iniciagdo de microtrincas
a partir de trés grupos de amostras com rugosidades diferentes, para identificar a
influéncia da rugosidade na iniciagao de trincas por fadiga em agos de médio carbono.

Chen et al. (2018) aplicaram o modelo T-M juntamente com a Lei de Paris para
previsao da vida a fadiga de barras de aco de baixo carbono deterioradas por corrosao.
Chen et al. (2018) consideraram que as microtrincas iniciam no local da corroséo, e
utilizaram um modelo de defeito superficial equivalente para calcular o local com maior
concentracao de tensao na area corroida.

Com base nessas aplicagdes, o modelo T-M foi utilizado para previsao da iniciagao
de trincas por fadiga das barras de ago. A metodologia de aplicacdo do modelo T-M e
hipoteses de célculo consideradas sao apresentadas no Capitulo 4.

3.2 Teoria da Distancia Critica

A Teoria da Distancia Critica (TDC) é um conjunto de métodos que utilizam um
comprimento caracteristico do material, denominado distancia critica, para analisar o
campo de tensdes elasticas ao redor de um entalhe ou trinca em materiais metalicos.
Essa distancia critica, expressa em milimetros, corresponde a uma porcao de graos e
varia conforme o tipo de material.

O conjunto de métodos que formam a TDC s&o os Métodos do Ponto, da Linha,
da Area e do Volume. Atribui-se ainda ao conjunto os Métodos da Trinca Imaginaria
(MTI) e da Mecanica da Fratura Finita (MMFF). Todos sao aplicados a fim de prever a
resisténcia a fadiga de materiais metalicos.
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A TDC originou-se nos anos 1950 a partir dos estudos de pesquisadores como
Siebel e Stieler, Neuber e Peterson, que aplicaram solugdes elasticas para previsao
do limite de fadiga analisando um volume de material denominado regido de processo
de fadiga (TAYLOR, 2010; SILVA, 2014). Neuber propés o calculo da tensao de fadiga
proximo da ponta da trinca sobre as unidades de particulas estruturais do material
(cristais ou graos). Dessa forma, a tensao de fadiga era calculada em um volume finito
de graos quantificado pela distancia critica L, como pode ser visto na Figura 8. Essa
metodologia desviou-se da linha de pesquisa normalmente utilizada, a Mecéanica do
Continuo, que utilizava derivagdes matematicas para relacionar tenséo e deformacgéo
de materiais por meio de volumes infinitesimais.

Figura 8 — Regiao de processo de fadiga e campo de tensdes elasticas
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Fonte: autoria prépria.

A partir da analise da regiao de processo de fadiga de componentes metalicos
com e sem entalhes, Neuber concluiu que um corpo com entalhe ou trinca atinge sua
condigéo limite de fadiga quando a tensao efetiva, atuando ao longo da distancia 2L a
partir da raiz do entalhe ou trinca, se igualava a tensao limite de resisténcia a fadiga de
um corpo sem entalhe, considerando a mesma geometria (SUSMEL, 2008). A teoria
desenvolvida por Neuber foi denominada Método da Linha (ML). Peterson sugeriu uma
simplificacdo do ML, calculando a tenséo efetiva em um Unico ponto a uma distancia
L/2 da raiz do entalhe ou trinca. Logo, se a tensao efetiva atuando no ponto situado
a uma distancia L/2 da raiz do entalhe fosse igual & tenséo limite de resisténcia a
fadiga de um corpo sem entalhe, considerando a mesma geometria, o material de
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analise atingiu sua condicao limite de fadiga. O método simplificado de Peterson foi
denominado Método do Ponto (MP).

Segundo Susmel (2008), inicialmente a aplicacdo do MP e ML eram limitados
devido a dificuldade em descrever corretamente o campo de tensdes elasticas nas
proximidades de entalhes ou trincas. A partir disso, Neuber e Peterson utilizaram uma
abordagem de tensédo local, determinando a 0 campo de tensdes a frente da ponta
do entalhe por meio do raio da raiz do entalhe. Dessa forma, uma andlise de tensdes
aproximada foi alcangada conhecendo o fator de concentragcéao de tensao e o raio da
raiz do entalhe. Sabendo que esses parametros causam uma reducao na resisténcia
a fadiga, Neuber e Peterson desenvolveram as equacgdes 3.2 e 3.3, respectivamente
(TAYLOR, 2010).

K, —1
Kr=1+ ! . (3.2)
1 + Pentalhe
K, —1
Ki=14 ——— 3.3
! T 2 (3-3)

Pentalhe

Em ambas as equagbes, K, é o fator de redugéo de resisténcia a fadiga, K;
€ o fator de concentracao de tensao, p....n. € 0 raio da raiz do entalhe, o' e p” séo
as distancias criticas representadas por Neuber e Peterson respectivamente e uma
relagdo de equivaléncia entre os termos p’ e p” € mostrada na equagédo 3.4. O fator de
redugdo da resisténcia a fadiga K ; é definido como a razéo entre o limite de fadiga
de uma amostra sem entalhe e o limite de fadiga de uma amostra entalhada a um
determinado numero de ciclos. Sabe-se que componentes sem entalhe tém maior
resisténcia a fadiga do que componentes com entalhes, o que indica a relacao direta
de K; com a geometria do componente (BANNANTINE; COMER; HANDROCK, 1990).

112
p=-L (3.4)

Pentalhe

A diferenga entre o fator de reducdo de resisténcia a fadiga K, e o fator de
concentracao de tensédo K, é a dependéncia do tipo de material representada pelos
parametros p’ (equacao 3.2) e p” (equagao 3.3) por Neuber e Peterson respectivamente.
Para quantificar esse parametro, Peterson, que estava trabalhando com um método
pontual, relacionou p” com a ductilidade e a resisténcia ultima a tracdo do material
de analise. Neuber, que trabalhava com a média de tensédo atuando ao longo de um
comprimento conhecido, relacionou p’ com o tamanho dos grdos. Ambos os pesquisa-
dores consideraram esse parametro constante, como uma caracteristica do material
(BANNANTINE; COMER; HANDROCK, 1990). Por meio da relacédo dos parametros
Ky, K¢, pentaine, p'ep”, € das equagodes 3.2 e 3.3, ocorreram as primeiras aplicagdes do
ML e do MP (SUSMEL, 2008).



47

A TDC tem sido amplamente aplicada a previsao da resisténcia a fadiga de
materiais metalicos desde os anos 60 e, consequentemente, redescoberta por alguns
pesquisadores, como por exemplo, Whitney e Nuismer (1974), Haddad, Smith e Topper
(1979) e Tanaka (1983) que chegaram a conclusdes muito parecidas com as de Neuber
e Peterson por outros meios (TAYLOR, 2010).

Taylor e Wang (2000) aplicaram a TDC em conjunto com analise de elementos
finitos em componentes estruturais metélicos com o objetivo de prever o limite de fadiga
destes. Susmel e Taylor (2003) com o intuito de estudar diferentes métodos de previsao
da resisténcia a fadiga, aplicaram a TDC em conjunto com outros métodos de previsao
em componentes metalicos para agos de baixo e médio carbono, ligas de aluminio
e ferro fundido. Livieri e Tovo (2004) estenderam a TDC acrescentando o efeito da
tensdo nominal na distribuicao da tensao local. Bellett et al. (2005) aplicaram a TDC
para prever a falha por fadiga em componentes metalicos 2D e 3D, ambos em ago
de baixo carbono, incluindo componentes soldados. Harkegard e Halleraker (2010),
constataram boa concordancia entre dados experimentais e dados obtidos por meio
TDC em conjunto com andlise de elementos finitos para ago de baixo carbono em
amostras cilindricas. Spaggiari et al. (2011) uniram a TDC com a abordagem do Fator
de Suporte e em seguida aplicou essa adaptacao para estimar a vida a fadiga de um
distribuidor hidraulico. Wang et al. (2017) combinaram a TDC com a abordagem do
Volume Altamente Tensionado para descrever a dependéncia do efeito estatistico do
tamanho da amostra na vida a fadiga de baixo ciclo em corpos de prova cilindricos
de liga de titanio. Santus, Taylor e Benedetti (2018) utilizaram a TDC para prever
analiticamente a resisténcia a fadiga de amostras cilindricas com entalhes tipo V.

A forma descrita por Taylor (1999) tem grande quantidade de aplicagcbes a variados
materiais e geometrias com destaque a componentes estruturais metalicos. Esta apoia-
se sobre a MFEL para o calculo da distancia critica L, como € descrito no item 3.2.1.

3.2.1 Relagdo com a Mecénica da Fratura Elastica Linear

A TDC baseia-se na MFEL para analisar o campo de tensdes elasticas ao redor de
um entalhe ou trinca pré-existente ao longo da distancia critica L e prever a resisténcia
a fadiga de um componente estrutural metalico. A Figura 9 mostra a aplicagdo da
TDC por meio dos Métodos do Ponto, da Linha e da Area. Para isso a TDC utiliza
parametros como A Ky, e o limite de fadiga de uma peca sem trincas ou entalhes Ao,
para calcular a distancia critica do material de andlise. Pode-se dizer que a TDC é uma
ferramenta para previsdo da resisténcia a fadiga de componentes metalicos trincados
ou entalhados.

Para explicar a relagdo da TDC com a MFEL, toma-se uma placa qualquer com
um entalhe central submetida a uma for¢ga de tragdo onde o raio da raiz do entalhe
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Figura 9 — Caminho de andlise e tensao efetiva de fadiga para os métodos MP, ML e MA
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Fonte: autoria prépria.

é zero, representando uma trinca longa de tamanho 2a. Sabe-se que, a fratura fragil
ocorrera quando K for igual a tenacidade a fratura K. (TAYLOR, 1999). A tensao
elastica o(r) atuando na dire¢cao da abertura da trinca pode ser calculada em fungéo da
distancia a frente da ponta trinca (r) e do fator de intensidade de tensdo K conforme a
equacao 3.5 (SILVA, 2014).

o(r) = T (3.5)

Sabe-se, portanto, que a fratura fragil ocorre quando K atinge o valor critico K..
Para obter o tamanho critico de r, substitui-se K por K. e isola-se r na equacgao 3.5.
Dessa forma, o valor critico de r representa a distancia critica e é representado por L,
como pode ser visto na equacgao 3.6 (SILVA, 2014).

1 (K2
L=- () (3.6)
g

Para previsdes de fadiga em componentes estruturais metélicos, a mesma abor-
dagem é valida, porém utilizando A K, e a tensao limite de fadiga Ao,, como mostra a

equacao 3.7.

1 (AK,\’
L=~ 7
W(AO})) (3.7)

Uma abordagem alternativa a analitica € aplicada por Taylor, Bologna e Knani
(2000), onde a obtengao do campo de tensbes ao redor do entalhe € feita por meio
de analise de elementos finitos. Utilizando um software, obtém-se o ponto de tensao
maxima na raiz do entalhe, denominado hot spot. A frente deste, seguindo a direcéo
perpendicular a carga aplicada, ou o caminho de analise, observa-se uma variagéao de
tensdo. A tensao na dire¢cao do caminho de analise varia com a distancia da raiz de
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entalhe e tende a tensdo nominal conforme se afasta do hot spot. Essa variacdo de
tensao a frente da raiz do entalhe é representada por uma curva, denominada Tensao-
Distancia. Essa curva mostra os valores das tensdes principais maximas ao longo do
caminho de analise. Para a andlise da tensao em funcao da distancia r, assume-se
gue L coincide com o caminho de andlise. L é calculado conforme a equacéo 3.7 e na
curva Tensdo-Distancia, obtém-se o valor da tensao atuando na distancia L.

Observa-se que, no caso de andlise por fadiga, a TDC utiliza o fator de intensidade
de tensao threshold para prever a falha do componente metalico e ndo a tenacidade a
fratura. Isso ocorre por que quando AK é igual ao AKy;, a tensao média ao longo do
comprimento 2L é igual ao limite de fadiga de uma amostra lisa (SUSMEL; TAYLOR,
2003; TAYLOR, 1999). Dessa forma, a TDC assume que a partir do momento que a
trinca iniciar a propagacao estavel, ela vai se propagar até o colapso do componente.
O numero de ciclos para o qual o componente rompe é pré-definido. Assim, a TDC
pode ser interpretada como uma ferramenta para previsao de falha de componentes
metalicos.

A metodologia descrita e os parametros utilizados sdo aplicados aos métodos MP,
ML, Método da Area (MA) e Método do Volume (MV). A aplicacdo da TDC para previsao
da vida a fadiga das barras de aco com base nesses parametros e contribuicées da
literatura € apresentada na se¢ao 4.2.2.

3.2.1.1 Método da Linha

Neuber sugeriu que um componente metalico com entalhe ou trinca atinge sua
condicéao limite de fadiga quando a tensao efetiva, ao longo da distancia 2L a partir da
raiz do entalhe ou trinca, se iguala a tensao limite de resisténcia a fadiga de um corpo
sem entalhe. A metodologia de analise de Neuber foi denominada Método da Linha
(ML), e é esquematizada na Figura 10.

Na Figura 10, observa-se uma trinca e a distribui¢cdo de tenséo a frente desta no
caminho de analise, iniciando da ponta da trinca até a distancia 2. Na raiz do entalhe,
a tensao é maxima e vai diminuindo conforme percorre o caminho de analise até o
ponto 2L, tendendo para a tensdo nominal. A tenso efetiva de fadiga Ao, representa
a média das tensdes atuantes ao longo do caminho de analise (equacao 3.8). Ou seja,
a tensao efetiva de fadiga representa a distribuicdo de tensdes, ou campo de tensoes,
médias atuando a frente da ponta da trinca. Se a tensao efetiva de fadiga for igual ou
superior a tensao limite de fadiga do material, o componente rompe. Ela é o critério que
determina se a trinca se propaga até a falha final ou torna-se uma trina c&o propagante
(TNP). Esse critério € expresso pela equacao 3.9.

1 2L
Ao =57 /0 Ao (r)dr (3.8)
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Figura 10 — llustragéo do ML e dos parametros considerados

Ao

cmax

as tensdes atuantes = Acef

Doy TS, ———————
; 2L r
Trinca Caminho de Analise
Fonte: adaptado de Susmel (2008).
Ao.p(2L) > Ao, (3.9)

Onde L é a distancia critica, calculada conforme a equacéo 3.7. Ainda com
relacéo a Figura 10, r representa a distancia medida no plano da trinca e, em conjunto
com 6, pode ser entendido como as coordenadas polares da tensdo maxima principal.
As tensOes atuantes nessa regido sdo calculadas conforme as equacgdes 2.5, 2.6 € 2.7
(BELLETT et al., 2005). Como para o ML a tensdo analisada é perpendicular a direcao
da carga aplicada, 6 é considerado zero (SUSMEL; TAYLOR; TOVO, 2007; SUSMEL,
2008; TAYLOR, 2010).

Calculando a média das tensdes atuando ao longo de 2L (a tenséo efetiva de
fadiga) e comparando com o valor do limite de fadiga de um componente metalico com
a mesma geometria, porém sem entalhe ou trinca, conclui-se que:

(3.10)

Se — Ao, < Ao, N&o ocorre falha por fadiga;
B Ao.s > Ao, Ocorre falha por fadiga.

Esse critério expresso na relacao 3.10 ocorre na condicao threshold quando AK
for igual ao AKj,,, ou seja, quando o crescimento da trinca é observado (TAYLOR,
1999).

3.2.1.2 Meétodo do Ponto

O Método do Ponto (MP) é uma simplificagdo do ML sugerida por Peterson. De
acordo com Susmel (2008), Peterson observou que um componente metalico atingia
sua condigao limite de fadiga quando a tensgo efetiva de fadiga Ao, atuando no ponto
situado a uma distancia L /2 da raiz do entalhe fosse igual a tenséo limite de resisténcia
a fadiga de um corpo sem entalhe, considerando a mesma geometria, como mostra a
Figura 11.



51

Figura 11 — MP e parametros considerados

Ao
omax
Ao
Aco | ef
|
|
Trinca L/2 r

Fonte: adaptado de Susmel (2008).

Na Figura 11, observa-se a mesma representacao de trinca que a Figura 9 com
o caminho de analise iniciando na ponta da trinca estendendo-se até L/2. A tensao
maxima ocorre na ponta da trinca e tende a tensdo nominal conforme se afasta desta. A
tensao efetiva de fadiga Ao, representa a tenséo atuando no ponto L/2, como visto na
equacéao 3.11. Assim como no ML, a tenséao efetiva de fadiga determina se a trinca se
propaga até o colapso ou torna-se uma TNP. Se a tenséo efetiva de fadiga no ponto L /2
for igual ou superior a tensao limite de fadiga do material nesse ponto, o componente
rompe. A equagao 3.12 mostra o critério de falha considerado (TAYLOR, 1999).
Aoy = AR (3.11)

2rr

L
Aoy <2> > Ao, (3.12)
Onde AK é o fator de intensidade de tensdo no modo | de carregamento, r é
a distancia medida da ponta da trinca ou entalhe até o ponto de analise. De forma
analoga ao ML, o mesmo critério expresso na relagéo 3.10 é empregado.

3.2.1.3 Método da Area

Taylor (1999) sugeriu uma extensdo dos Métodos do Ponto e da Linha avaliando
as tensdes em uma area ao redor da ponta da trinca. Essa metodologia, denominada
Método da Area (MA) considera que o centro da area analisada coincide com a ponta
da trinca, como mostra a Figura 12.

A partir da Figura 12, é possivel fazer duas consideracoes diferentes para a
distribuicdo de tenséo a frente da ponta da trinca. No caso do MA, considerando os
parametros r e § como coordenadas polares (r,6), r continua seguindo 0 mesmo
caminho de analise perpendicular a carga aplicada, porém 6 antes considerado nulo,
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Figura 12 — Consideragao da area critica no MA

Ao

Média das tensdes atuantes = Ao ¢

2

Trinca L
. Caminho de Analise

Fonte: autoria prépria.

agora passa a ter um intervalo de variacao. A distribuicdo de tensdes a frente da ponta
da trinca é denominada &rea critica e é calculada em fungéo de (r,6). A area critica
pode ser considerada como a metade da area de um circulo ou um quarto da area de
um circulo. O intervalo de integracao de r é fixo de 0 a L, pois este ainda representa o
caminho de analise das tensdes principais maximas. Para 6, os intervalos podem ser
de 0 a 7/2 considerando um quarto da area do circulo, ou de —7/2 a /2 considerando
um semicirculo.

A tensdo efetiva de fadiga (Ao.;) para o MA, representa a média das tensdes
atuantes dentro area critica, conforme a equagéo 3.13 (BELLETT et al., 2005). Assim
como nos métodos ML e MP, a tensao efetiva de fadiga é o critério que determina se
uma trinca se propaga até a falha final ou torna-se uma TNP. Se a tenséo efetiva de
fadiga atuando na area critica for igual ou superior a tensao limite de fadiga do material,
o0 componente rompe. Esse critério é expresso pela equagéo 3.14.

1 0 L AK 0 6 . 0
= — — —sin — A
Aoy A/o /0 Nore: (cos 5 + cos 5 Sin 2) (3.13)
AUef(ﬁ 9) > AO'o (314)

Onde ¢ é o angulo de inclinagao da tensdo e A é a area critica considerada. Ao
calcular a tensao efetiva de fadiga na area critica e comparar o resultado com o valor
do limite de fadiga de um componente metalico com a mesma geometria sem trincas, o
mesmo critério de comparacao aplicado ao ML e MP (relacédo 3.10) € empregado para
o MA.

Segundo Bellett et al. (2005), no MA é possivel ainda uma consideracao alternativa
para a distancia critica L, calculando o raio critico. A média das tensdes principais, ou a
tensao efetiva de fadiga € calculada conforme a equacéao 3.13, considerando a area
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critica de um semicirculo. Porém, na mesma equagao 3.13, utilizam-se os intervalos
de integracgdo relativos a um quarto da area do circulo, pois as areas acima e abaixo
da coordenada r sdo consideradas simétricas. Dessa forma, obtém-se o raio critico
da area considerada. Na condi¢do limite, substitui-se AK por AKy, e Ao.s por Ao,
(BELLETT et al., 2005). A equacéo 3.15 mostra o resultado do raio critico calculado.

AK”l) (3.15)

Ao,

Onde r. é o raio critico da area considerada. Multiplicando e dividindo a equacao
3.15 por 7, esta ndo é alterada e pode ser escrita em termos da distancia critica L,
como mostra a equacao 3.16.

re = 0,4202 (

re=1,32L (3.16)

A relacdo expressa na equacao 3.16 € aceita, porém pouco utilizada. Isso ocorre
por que a escolha da area critica € arbitrada conforme o tipo de material de analise e
pode ser adaptada conforme o tipo de material e geometria.

3.2.1.4 Método do Volume

Taylor (1999) e Bellett et al. (2005) avaliaram as tensdes atuantes em um volume
hemisférico ao redor da ponta de uma trinca em componentes metdlicos. No Método do
Volume (MV), assim como no MA, o centro do volume coincide com a ponta da trinca,
como pode ser visto na Figura 13.

Figura 13 — Consideragao do volume critico no MV

Fonte: (BELLETT et al., 2005).

A partir da Figura 13, nota-se que a avaliagcado da distribuicdo das tensées no
volume a frente da ponta da trinca se da por meio do raio critico, a fim de determinar o
volume critico. Segundo Bellett et al. (2005), a melhor opcao de volume é o hemisférico,
pois neste 0 campo de tensdes em analise € melhor representado em todas as direcoes.
Diferentemente do MA, no MV as coordenadas utilizadas passam a ser esféricas. O
caminho de analise permanece sendo perpendicular a carga aplicada. A tensao, antes
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variando apenas no angulo #, agora passa a variar também na direcéo . Os intervalos
de integracdo seguem as considera¢des do MA, onde o intervalo de r é sempre de
zeroa Lefeypvariamde —7/2 a /2.

A tenséo efetiva de fadiga Ao.r, assim como nos demais métodos, representa
a média da distribuicdo das tensdes a frente da ponta da trinca e € o critério que
determina se a trinca se propaga até a falha final. A forma de calculo da tensao
efetiva de fadiga para o MV pode ser feita pela equacéo 3.13, desde que esta seja
transformada para coordenadas esféricas a area critica seja substituida pelo volume
critico (BELLETT et al., 2005). Se a tensao efetiva de fadiga atuando no volume critico
for igual ou superior a tensao limite de fadiga do material, 0 componente rompe. Esse
critério é expresso pela equacéo 3.17.

Aoes(r,0,¢9) > Ao, (3.17)

O mesmo critério de comparacao entre a tensao efetiva de fadiga e o limite de
resisténcia a fadiga de um componente metalico com a mesma geometria sem trincas,
descrito no ML, MP e MA (relagao 3.10) é feito.

Assim como mostrado para o MA, Bellett et al. (2005) sugerem o calculo do raio
critico em termos de L. Calcula-se a média das tensdes principais atuando dentro
do volume critico com os intervalos de integragédo pertinentes ao volume hemisférico.
Dessa forma, obtém-se a seguinte relagdo (equacao 3.18):

AK“) (3.18)

Ao,

Onde r. é o raio critico do volume critico. Novamente, multiplicando e dividindo a
equacao 3.18 por 7, esta ndo se alterada e € escrita em termos de L, como mostra a
equacao 3.19.

r. = 0,699 (

ro=1,54L (3.19)

Assim como a equacao 3.16, a equacao 3.19 é aceita, mas pouco utilizada pela
mesma consideracao em relacdo ao volume arbitrado e tipos de material de analise, e
pode também ser adaptada conforme a necessidade.

3.2.1.5 Método da Trinca Imaginaria

O Método da Trinca Imaginéaria (MT]I) foi proposto a fim de esclarecer o compor-
tamento a fratura de compostos laminados pela introdugdo de uma trinca imaginaria
na raiz do entalhe. Segundo Waddoups, Eisenmann e Kaminski (1971), materiais la-
minados, como por exemplo, o epdxi-grafite, apresentam comportamento fragil, mas
nao se mostram propensos a nucleacao e crescimento de trincas por fadiga como
os demais componentes metalicos. Para solucionar o que Waddoups, Eisenmann e
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Kaminski (1971) chamaram de paradoxo, um método analitico foi desenvolvido para
prever a resisténcia a fratura de compostos laminados.

Waddoups, Eisenmann e Kaminski (1971) desenvolveram o modelo a partir de
uma chapa de metalica com um furo central sob carregamento de tracao. Perpendicu-
larmente a carga aplicada, observou-se uma regido de energia intensa préxima ao furo
central, como mostra a Figura 14.

Figura 14 — Geometria considerada para o MTI

y

Fonte: (BELLETT et al., 2005).

A partir da Figura 14, Waddoups, Eisenmann e Kaminski (1971) sugeriram que a
regido de energia intensa poderia ser representada por uma trinca imaginaria na raiz
do entalhe (nesse caso, do furo). A trinca imaginaria foi assumida como o comprimento
caracteristico do material a. e considerada como um parametro constante. Dessa
forma, as dificuldades de um problema fisico foram evitadas, pois a trinca nao era real
(TAYLOR, 2010).

Waddoups, Eisenmann e Kaminski (1971) utilizaram a MFEL para prever a resis-
téncia a fratura a partir da relagao entre o fator de intensidade de tensao e a energia
para propagacao da trinca. A andlise foi baseada na abordagem desenvolvida por Irwin,
da equivaléncia da taxa de energia e intensidade de tenséo, e da solu¢ao proposta
por Bowie para trincas emanando de um furo central em uma chapa metalica (WAD-
DOUPS; EISENMANN; KAMINSKI, 1971). Assim, o MTI propéem calcular a energia
necessaria para propagacao de uma trinca a partir da tensao aplicada, oriunda do fator
de intensidade de tensdo (WADDOUPS; EISENMANN; KAMINSKI, 1971; TAYLOR,
2010).
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O fator de intensidade de tensao para o MTI foi calculado para o modo | de
carregamento considerando no calculo o valor de a., como mostra a equacao 3.20.

K =Yoy/m(a+ a.) (3.20)

Onde Y € um fator de forma referente a geometria e a. € 0 comprimento caracte-
ristico do material. Analisando uma chapa metalica sem furos, trincas ou entalhes, no
momento da falha K é igual a K. e a tensdo passa a ser o limite de resisténcia a fratura
o,. Nessas mesmas condicdes, o fator Y é unitario e a € nulo. A equacgéo 3.20 passa a
considerar apenas o0 comprimento caracteristico a. e a tenséo limite de resisténcia a
fratura. Dessa forma, o valor de a. pode ser calculado a partir da equacao 3.21.

g =2 (K°)2 (3.21)

T \Yo,

Como Y é unitario, a equacgao 3.21 é igual a distancia critica L, representada
para os demais métodos pela equacgao 3.6. A partir dessa condicao, a consideracao de
fratura do MTI € analoga ao ML (TAYLOR, 2010). No ML, a distancia critica representava
a distribuicdo de tensao a frente da ponta da trinca, no MTI a distribuicdo de tensdes
inclui a. (ou L) representando a propria trinca. Porém, no MTI calcula-se a energia
necessaria para propagacao da trinca ao longo do comprimento caracteristico a. € a
frente deste. Logo, no MTI as tensdes sdo calculadas sobre a trinca imaginaria e a
frente desta (TAYLOR, 2010).

As abordagens do ML e do MTI s&o conceitualmente diferentes, porém com
resultados de previsdo de resisténcia a fratura semelhantes (TAYLOR, 2010). O ML
€ baseado na equivaléncia de tensdes, onde a tensao efetiva de fadiga € comparada
a tensao limite de resisténcia a fadiga, enquanto o MTI| depende da taxa de energia
liberada para propagacéo de trincas (TAYLOR, 2010).

3.2.1.6 Método da Mecanica da Fratura Finita

A Método da Mecénica da Fratura Finita (MMFF) definida por Pugno e Ruoff (2004)
ou também chamada de Mecéanica da Fratura Quantizada (MFQ) segundo Cornetti,
Taylor e Pugno (2005), é uma modificacdo do critério de energia de Griffith, onde o
calculo da taxa de energia é feito por meio de uma extensao finita de trinca ao invés de
uma extensao infinitesimal. Segundo Pugno e Ruoff (2004), o MMFF é relevante para
estruturas com aplicagdes em nano tecnologias, tais como nanotubos, nanocabos e
nanoplacas.

Considerando o modo | de carregamento, o critério de energia de Griffith implica
na propagacao de uma trinca quando a variagdo da energia total (dE) se iguala a
energia gasta para criar uma nova superficie de trinca. A energia potencial corresponde
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ao incremento de superficie de trinca (dA). A equacao 3.22 representa o critério de
energia de Griffith (PUGNO; RUOFF, 2004).

dE = G.dA =0 (3.22)

Onde dFE € a variacao de energia potencial, dA é o incremento de superficie de
trinca e GG. é a energia de fratura por unidade de area do material. Segundo o critério
de energia de Giriffith, se a taxa de energia liberada (G;) for igual a energia de fratura
do material (G.), 0 componente rompe.

De acordo com Pugno e Ruoff (2004), o critério de energia de Griffith é equivalente
ao critério baseado no fator de intensidade de tensao para materiais metalicos. No
critério baseado no fator de intensidade de tenséao, a fratura do componente estrutural
ocorre se o fator de intensidade de tensdo K for igual a tenacidade a fratura do material
K. (considerando 0 modo | de carregamento). Ambos os critérios sao ditos equivalentes
porque é possivel calcular a taxa de energia liberada em termos do fator de intensidade
de tensao (equacgéao 3.23), ou o contrario.

K2

Gr = (3.23)

Onde, G; é a taxa de energia liberada. Sabendo que a taxa de energia liberada
pode ser calculada por meio do fator de intensidade de tensao, como mostra a equacao
3.23, pode-se afirmar que:

G =G.=K=K, (3.24)

O MMFF utiliza-se dos conceitos apresentados conforme as equagdes 3.22, 3.23
e 3.24, porém considerando uma extenséao finita dos parametros citados, ou seja,
as quantidades infinitesimais passam a ser quantidades finitas. Dessa forma, a taxa
de energia liberada (equacéao 3.23) passa a ser expressa conforme a equacao 3.25
(PUGNO; RUOFF, 2004).

AFE

SV

G. (3.25)

Onde G* € a taxa de energia liberada conforme o MMFF, AE é a extens&o de
energia potencial e AA é a extensdo da superficie da trinca. Do mesmo modo, o fator
de intensidade de tensdo K* é calculado conforme a equacéao 3.26 (PUGNO; RUOFF,
2004).

K* =/ (K2)4™4 = K, (3.26)
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Onde K* é o fator de intensidade de tensdo calculado conforme o MMFF. O termo
dentro da raiz pode ser calculado a partir da equacéo 3.27 (PUGNO; RUOFF, 2004).

2yasaa — L AtAA

B =K1,
Segundo Pugno e Ruoff (2004), a extensédo da superficie da trinca AA é uma

quantidade virtual, porém finita. As equacdes 3.25, 3.26 e 3.27 sao validas para

componentes metalicos de qualquer geometria.

KdA (3.27)
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4 METODOLOGIA

Neste capitulo, inicialmente sdo apresentadas as caracteristicas das barras de
aco relevantes na previsao da vida a fadiga. Em seguida, os procedimentos de calculo
e hip6teses adotadas para os modelos T-M e a TDC séao discutidos.

4.1 Caracteristicas das barras de aco CA-50

4.1.1 Processo de fabricacdo e composi¢ao quimica

De maneira geral, o processo de fabricacdo do aco pode ser feito em usinas
integradas ou semi-integradas. Em usinas integradas, o aco € produzido a partir da
queima do minério de ferro gerando o ferro gusa, que em seguida passa por um
processo de retirada de impurezas resultando em tarugos de aco. Em usinas semi-
integradas, o tarugo é obtido por meio de sucata de ago seguido de refinamento (BASU;
SHYIAMONI; ROSHAN, 2004; SILVA, 2016).

Em seguida, o tarugo passa pelo processo de laminagéo a quente, onde o material
passa entre dois cilindros dispostos paralelamente girando em sentidos opostos. O
processo de laminagéo é dividido nas etapas de desbaste, preparagéo e acabamento.
O resultado € a deformacéo plastica do metal reduzindo a se¢ao transversal deste e
alongando-o, formando as barras retas (BASU; SHYIAMONI; ROSHAN, 2004; FILHO,
2017).

Finalmente sdo introduzidas as nervuras por meio de cilindros de marcacao,
onde também é inserida a marca do fabricante, e as barras sado deixadas resfriando
a temperatura ambiente (BASU; SHYIAMONI; ROSHAN, 2004). As barras de aco
resultantes desse processo sdo denominadas laminadas a quente (LQ).

Em algumas usinas, ap6s o processo de laminacao e resfriamento, as barras pas-
sam por um processo de alongamento ou tor¢ado a frio a fim de aumentar a resisténcia
ao escoamento (ZHENG, 1998; BASU; SHYIAMONI; ROSHAN, 2004). Devido a este
processo mecanico, estas barras sdo denominadas trabalhadas a frio (TF).

Em alguns paises europeus, as barras LQ e TF foram gradualmente substituidas
pelas barras temperadas e revenidas (TR) (REHM; RUSSWURM, 1977; VIRMANI;
WRIGHT; NELSON, 1991). Estas barras passam por um tratamento térmico de resfri-
amento brusco ao final do processo de laminacgao, para entao resfriar a temperatura
ambiente. Neste processo, conhecido por Tempcore ou Thermex, o aco é atingido
em toda sua superficie por jatos de dgua imediatamente apds a laminacéo a quente
(ZHENG; ABEL, 1999; KABIR; ISLAM; BEPARI, 2014).

Durante o processo de fabricagao, € feita a redugao do teor de carbono que é
um dos principais elementos da composi¢ao quimica das barras. O teor de carbono
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é controlado a fim de obter uma combinacao de resisténcia mecanica e ductibilidade,
pois conforme a quantidade de carbono aumenta, a resisténcia mecéanica das barras
tende a aumentar e a ductibilidade tende a reduzir (ZHENG, 1998; BASU; SHYIAMONI;
ROSHAN, 2004). No caso das barras LQ e TF, geralmente estas possuem um teor de
carbono entre 0,2 e 0,4% com adicao de 1,4% de manganés, utilizado para obtencao de
alta resisténcia e ductibilidade. Ja as barras TR tendem a apresentar teores reduzidos
de carbono e manganés porque resultados semelhantes de resisténcia mecanica e duc-
tibilidade podem ser obtidos por meio do processo de témpera (REHM; RUSSWURM,
1977; ZHENG, 1998; KABIR; ISLAM; BEPARI, 2014).

4.1.1.1 Propriedades mecanicas

Nesta pesquisa, as propriedades consideradas foram resisténcia a tragao oy,
resisténcia a fadiga das barras nervuradas Ao, e lisas Ao,, médulo de elasticidade F,
médulo de cisalhamento G e coeficiente de Poisson v.

Para definir os valores de E, G e v, estudos como os de Rehm e Russwurm
(1977), Taira, Tanaka e Hoshina (1979), Zheng (1998), Rocha et al. (2016) e Chen et al.
(2018) foram analisados. Observou-se nesses estudos que diferentes tipos de barras
com teores de carbono semelhantes tendem a ter valores de F, G e v semelhantes e
por esse motivo, essas propriedades foram mantidas constantes para os trés tipos de
barras. Os valores utilizados para E, G e v sdo apresentados na Tabela 1.

Tabela 1 — Propriedades mecénicas das barras analisadas

Referéncias Propriedades  Valores
Mecénicas Adotados
Rocha et al. (2016) E 205,0 GPa
Taira, Tanaka e Hoshina (1979) G 77,6 GPa
v 0,3

Fonte: autoria prépria.

A resisténcia a tragao das barras foi considerada separada para cada tipo de
barra, pois mesmo barras fabricadas em um mesmo lote podem apresentar valores de
resisténcia a tracao diferentes. Isso pode ocorrer em funcédo de aspectos como teor
de carbono, impurezas e poros presentes nas barras e em funcao de imperfeicoes
superficiais decorrentes do processo de fabricagao.

Com relagao a resisténcia a fadiga, consideragdes diferentes foram feitas para
barras lisas e nervuradas. O limite de fadiga de barras lisas Ao, foi utilizado para o
modelo da TDC e foi definido com base em dados da literatura. Para barras LQ e TF,
Ao, foi definido com base nos estudos de Tilly (1979) e dos resultados experimentais
de Nakai, Tanaka e Nakanishi (1981) e Tanaka e Nakai (1983). No caso das barras
TR, Ao, foi estimado com base nos estudos de Majumdar et al. (2017), que utilizaram
o fator de resisténcia a fadiga Ky juntamente com analise de elementos finitos para
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obter a curva S-N de uma barra lisa. Majumdar et al. (2017) estimaram que Ao, da
barra lisa tende a ser em torno de 40% superior a barras nervurada. Com base nessa
abordagem Ao, da barras TR foi estimado em 454 MPa.

O limite de fadiga das barras nervuradas Ao, pode ser calculado com base nas
propriedades mecéanicas e em aspectos geométricos da barras, como pode ser visto
nos estudos de Jhamb e MacGregor (1974a), Chen et al. (2018) e também € indicado
em Boyer (1985). O mesmo procedimento foi utilizado nesta pesquisa, como é descrito
no item 4.2.1.1.

41.2 Microestrutura

O aco € um material policristalino formado basicamente por graos com diferentes
propriedades, tamanhos e orientagdes (TAIRA; TANAKA; HOSHINA, 1979; TOKAJI;
OGAWA; HARADA, 1986). O tipo de microestrutura e o tamanho médio dos graos sao
dependentes da composicado quimica, temperatura de laminacéo e do resfriamento
(REHM; RUSSWURM, 1977; BASU; SHYIAMONI; ROSHAN, 2004). Como estes sao
parametros relevantes nos modelos aplicados, foi feita uma descricdo dos tipos de
microestruturas estudadas e dos tamanho médios dos graos utilizados.

4.1.2.1 Tipos de microestrutura

A austenita, resultado do processo de laminacao, é a microestrutura primaria das
barras. Esta transforma-se em ferrita e perlita quando resfriada a temperatura ambiente,
componentes da microestrutura de barras LQ e TF. Durante o resfriamento brusco
pelo qual a barra TR passa gera a martensita. Em um terceiro estagio, enquanto a
barra resfria a temperatura ambiente, o calor do nucleo dissipa-se através da camada
de martensita, revenindo-a. Ao mesmo tempo, uma camada adjacente com dureza
intermediaria pode ser formada devido a eventual transformagdo da austenita em
bainita (ZHENG, 1998).

A microestrutura formada ao longo da secao transversal de uma barra TR pode
ser vista na Figura 15. Nesta, pode ser observada a camada externa de martensita
(Figura 15b), seguida de uma zona de transicao (Figura 15c), e o nucleo composto de
ferrita e perlita (Figura 15d). J& as barras LQ e TF apresentam ferrita e perlita ao longo
de toda a secéo transversal.

4.1.2.2 Tamanho médio dos graos

A variacdo no tamanho dos graos pode influenciar na nucleacéo das microtrincas
e na taxa de propagacdo destas. Para identificar a influéncia do tamanho médios
dos graos na vida a fadiga de materiais metélicos, Tokaji, Ogawa e Harada (1986)
analisaram a taxa de propagacao de microtrincas em graos de ferrita de acos de
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Figura 15 — Segao transversal de uma barra TR e microestrutura

(a) Segao transversal (b) Camada externa

G R i

Fonte: adaptado de Zheng e Abel (1998) e Rocha, Brihwiler e Nussbaumer (2016).

baixo carbono laminados a quente com dois tamanhos médios, sendo 24 e 84 um,
e verificaram que a amostra com tamanho médio de grao menor apresentou maior
namero de ciclos para iniciacdo. Isso indica que a resisténcia a fadiga dos acos de
baixo carbono tende a ser inversamente proporcional ao tamanho do grao.

Uma tendéncia semelhante foi observada por Tokaji et al. (1986) ao analisar as
caracteristicas de propagacao de microtrincas em graos de austenita com tamanhos
médios de graos entre 15 e 91 um.

Como o tamanho médio do gréo € um parametro necessario para aplicacdo dos
modelos, estes foram definidos com base em estudos como o de Taira, Tanaka e
Hoshina (1979), Nakai, Tanaka e Nakanishi (1981), Tanaka e Nakai (1983) e Lukas et
al. (1986). Por meio desses estudos, observou-se que os graos de ferrita podem variar
de 7 até 80 um. Ja os graos de austenita apresentaram valores entre 10 e 200 pum nas
pesquisas consultadas (TOKAJI et al., 1986; MORITO et al., 2005; BRUCKNER-FOIT;
HUANG, 2006; ROCHA; BRUEHWILER; NUSSBAUMER, 2015b).

4.1.3 Rugosidade

A superficie rugosa das barras € o resultado de micro entalhes que ocorrem devido
ao processo de fabricagdo. Esses micro entalhes agem como possiveis iniciadores
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de trincas devido a concentracao de tensao, pois levam a uma magnitude de tensdes
locais maiores do que a tenséo aplicada (ALANG; RAZAK; MISKAM, 2011; ROCHA;
BRUHWILER; NUSSBAUMER, 2016).

Segundo Arola e Williams (2002), a rugosidade referente ao processo de fabri-
cacao pode ser representada por um fator de concentracéo de tenséao K,. Esse fator
pode ser obtido com base em um perfil de distribuicdo de picos e vales observados ao
longo de uma distancia conhecida da superficie, como mostra a Figura 16. Nesta, uma
representacdo em 3D da superficie da barra préximos da nervura transversal (Figura
16a) mostra os micro entalhes e um exemplo de perfil de distribuigcdo obtido ao longo
de uma distancia dessa superficie (Figura 16b).

Como a rugosidade também pode ser implicitamente considerada em proprie-
dades como a resisténcia a tracao, esta pesquisa considerou o valor de K variavel,
assumindo uma distribuicdo normal com valor médio de 1 e desvio padrao 0,1, con-
forme o estudo de Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015a). Outros autores como
Thomas e Thomas (1999) e Zhao, Wang e Lu (2000) sugerem que a rugosidade tende
a uma distribuicdo normal devido a sua natureza estatistica.

Figura 16 — Representacao do perfil da rugosidade de uma barra de ago
(a) Superficie 3D (b) Perfil de distribuicao
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Fonte: adaptado de Rocha, Brihwiler e Nussbaumer (2016).

41.4 Geometria das barras

Embora as nervuras sejam essenciais para a aderéncia com o concreto, estas
séo descontinuidades geométricas que causam concentragédo de tensao na superficie
da barra e tendem a reduzir a reisténcia a fadiga. Por meio de ensaios de fadiga,
Jhamb e MacGregor (1974a) e Helgason et al. (1976) notaram que barras nervuradas
apresentam resisténcia a fadiga menor que barras lisas com mesmo diametro, e essa
reducao foi atribuida as nervuras transversais.

A concentracao de tensao causada pelas nervuras transversais € limitada a regiao
de transicao entre a nervura transversal e a superficie livre da barra de aco, onde as
trincas por fadiga tendem a iniciar (JHAMB; MACGREGOR, 1974b; ZHENG; ABEL,
1998). A severidade da concentracao de tensao causada por essa descontinuidade
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pode ser quantificada por meio do K;, que depende de parametros geométricos da
nervura, mostrados na Figura 17 (JHAMB; MACGREGOR, 1974a; ZHENG; ABEL,
1998; ROCHA; BRUHWILER; NUSSBAUMER, 2016).

Figura 17 — Parametros da geometria que influenciam na concentragéo de tensao

Locais de

concentragao de
tensdes

Fonte: adaptado de Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015a).

A fim de identificar quais sdo os principais parametros que influenciam no valor
de K;, Jhamb e MacGregor (1974b) e Zheng e Abel (1998) realizaram um estudo
paramétrico da nervura e concluiram que a relacao entre o raio da raiz e altura da
nervura p/h tem maior influéncia na concentracao de tenséo; e quanto menor € o valor
de p, maior é o valor de K;, que tende a 1,6. Rocha, Bruhwiler e Nussbaumer (2016)
chegaram a conclusées semelhantes as de Jhamb e MacGregor (1974b) e Zheng
e Abel (1998) por meio de um estudo paramétrico da geometria da barra em 3D e
também verificaram que conforme o didmetro da barra aumenta o valor de K, tende a
aumentar. Segundo Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015a), um K; médio de 1,6
pode ser considerado ao longo da nervura.

Com base nas pesquisas de Jhamb e MacGregor (1974b), Zheng e Abel (1998) e
Rocha, Brihwiler e Nussbaumer (2016), foi adotado um valor de K; de 1,6 constante
ao longo da nervura para barras de 16 mm, considerando que apresentam melhor
resisténcia a fadiga e menor concentragdo de tensdo quando comparadas com barras
nervuradas de diametros diferentes. Ja o valor de p foi de 0,1 mm, definido com base
nos estudos de Zheng e Abel (1998).

4.1.5 Aspectos dos ensaios de fadiga

A previsao da vida a fadiga das barras pode ser feita por meio ensaios de tragao
axial ou de flexdo, onde define-se inicialmente R, 0,,4: € omin. COMO nesta pesquisa
nao foram realizados ensaios, estabeleceu-se valores de R e Ao baseados em ensaios
realizados por Hanson, Burton e Hognestad (1968), Tilly (1984), Zheng e Abel (1999) e
Rocha et al. (2016). Posteriormente, os resultados experimentais desses autores foram
utilizados para comparagao com os resultados desta pesquisa.

De maneira geral, os valores de R utilizados Hanson, Burton e Hognestad (1968),
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Tilly (1984), Zheng e Abel (1999) e Rocha et al. (2016) variaram entre 0 e 0,2 e um
valor médio de 0,1 foi assumido nesta pesquisa. Com relagcéo aos valores de Ao, estes
foram arbitrados conforme os tipos de barras analisadas, levando em consideracao a
disperséo observada nos resultados para cada Ao aplicado.

4.2 Procedimentos de calculo

A previsao da vida a fadiga das barras de aco foi feita utilizando o modelo do T-M
e a TDC para as fases de iniciagao e propagacao, respectivamente. Este item descreve
o procedimento de célculo utilizado para cada modelo.

4.2.1 Aplicagdo do modelo de T-M

O modelo T-M analisa a iniciacao de trincas por fadiga em componentes metélicos
por meio da Teoria das Discordancias (TANAKA; MURA, 1981). Os parametros neces-
sarios para essa analise sdo AKy,, G, E, v limite de fadiga da barra nervurada Ao,
e a largura da banda de deslizamento a,. Com base nesses dados é possivel prever
quantos ciclos de carregamento sao gastos na fase de iniciagdo por meio da equacéo
4.1.

B IAKE G
Ea,m(1 —v)(Ao — Acg,)?
Sabe-se que AKy, pode variar dependendo de fatores como geometria da barra
e da trinca, modo de carregamento e R. Como estes sdao aspectos considerados
constantes nesta pesquisa, por conveniéncia, AK,, também foi assumido constante e
igual para todas as barras. O valor utilizado para a previsao da vida a fadiga das barras
foi de 6,04 MPa.mz, conforme o estudo realizado por Rocha e Briihwiler (2012).
Neste estudo, Ao, foi calculado em fungéo das propriedades mecanicas, aspectos
geométricos e da rugosidade. No caso de a,, uma simulacao de graos de diferentes
tamanhos foi feita por meio de um Diagrama Voronoi.

N;

4.1)

4.2.1.1 Calculo do limite de fadiga

O célculo de Ao, foi feito conforme o equacionamento utilizado por Jhamb e
MacGregor (1974b) e Chen et al. (2018), levando em consideracao a resisténcia a
tracdo o,, K, e a rugosidade. Essa relacao pode ser vista na equacéo 4.2.

0,600,
T KK,

A consideracéao de 0,60, na equacao 4.2 foi feita de acordo com Boyer (1985),
onde para agos contendo martensita temperada ou ferrita e perlita na superficie, a

Ao, (4.2)
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razao entre o limite de fadiga e a resisténcia a tracdo € de aproximadamente 0,6.
Zheng e Abel (1999) demonstraram que essa relacao pode variar de acordo com o
tipo de barra e com o tipo de carregamento, e obtiveram uma relacao de 0, 580; para
barras TR. Jhamb e MacGregor (1974a) observaram que a relagao entre o limite de
fadiga e a resisténcia a tracdo poderia chegar a 0,65 para barras LQ, e utilizaram a
expressao 0,650, para calcular o limite de fadiga dessas barras. Com base nesses
estudos, optou-se por considerar uma relacao de 0, 60, no calculo do limite de fadiga
para todas as barras, como uma simplificacéo de calculo.

Os valores de o, considerados na equagéo 4.2 estdo dispostos na Tabela 2.
Para as barras LQ e TR, valores atuais foram escolhidos a fim de evitar efeitos de
descarburacéao, que pode ser entendido como a redugao do teor de carbono da camada
superficial da barras e é observado em barras mais antigas (MACGREGOR; JHAMB;
NUTTALL, 1971; JHAMB; MACGREGOR, 1974a). Como barras TF ja ndo sdo mais
produzidas, valores atuais ndo estao disponiveis na literatura. Assim, optou-se por
calcular a resisténcia a tracao das barras TF em funcao da resisténcia ao escoamento.

Tabela 2 — Valores da resisténcia Ultima a tracao utilizados

Referéncias Tipos de Resisténcia
Barras a Tracao (MPa)
Chen et al. (2018) LQ 668,5
Tilly (1984) TF 496,8
Majumdar et al. (2017) TR 673,0

Fonte: autoria prépria.

A relagao entre resisténcia a tracao e escoamento, que pode ser vista na equacao
4.3, é proposta pela norma britanica BS 4449 (4449, 2005) e foi adotada nesta pesquisa
para estimar a resisténcia a tracdo das barras TF. Segundo Tilly (1984), as barras
utilizadas nos ensaios de fadiga possuem resisténcia ao escoamento de 460 MPa, e
entdo a resisténcia a tracao foi estimada em 497 MPa.
7 =1,08 (4.3)
Ue

Onde o, é a resisténcia ao escoamento da barra.

4.2.1.2 Simulagao dos graos

O modelo T-M considera que a trinca se inicia no centro da banda de deslizamento
favoravelmente orientada, que coincide com o centro do grao (TANAKA; MURA, 1981).
Quando a trinca se inicia, a banda de deslizamento é bloqueada pela fronteira do
grao dificultando a propagacéao da trinca no grao adjacente (TAIRA; TANAKA; NAKAI,
1978). No modelo originalmente desenvolvido por Tanaka e Mura (1981) todos os gréos
analisados tém o mesmo tamanho, e por esse motivo, apenas a metade da banda de
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deslizamento pode ser utilizada para o calculo. Porém, utilizar um tamanho médio de
grao constante pode ser interpretado como uma limitacao do modelo, pois 0os tamanhos
dos graos mudam, bem como a orientacdo de cada grao.

A fim de avaliar a variabilidade do tamanho das bandas de deslizamento na vida
a fadiga das barras LQ, TF e TR, uma simulacdo dos tamanhos de graos foi feita
utilizando um Diagrama Voronoi (DV). A definicao do DV, bem como suas propriedades
e aplicac6es sao apresentados no item 4.2.1.2.1. Em seguida, a simulacao das bandas
de deslizamento empregadas no calculo de N; pode ser visto no item 4.2.1.2.2.

4.2.1.2.1 Diagrama Voronoi

Com o surgimento da geometria computacional e métodos numeéricos aplicados a
engenharia, estudos voltados a influéncia microestrutural na vida a fadiga, bem como
a propagacao de trincas, podem ser feitos por meio de simulagdes do crescimento
dos graos e da trinca em materiais metalicos. A Tesselagdo Voronoi ou DV é um
conceito conhecido e amplamente utilizado para este proposito (ANDERSSON, 2005;
BRUCKNER-FOIT; HUANG, 2006; ROCHA; BRUEHWILER; NUSSBAUMER, 2015b;
SUN et al., 2018).

O conceito de DV foi introduzido por Peter Dirichlet e Georgy Voronoi em seus
estudos sobre formas quadriculares entre os anos 1850 e 1900. Eles consideraram que
um conjunto de pontos distribuidos em um dado espago poderiam ser particionados em
poligonos por meio de combinagdes de vetores linearmente independentes. A Figura
18 apresenta um exemplo de DV, onde cada ponto representa o centro de um poligono,
que também pode ser chamado de célula ou regiao influéncia (OKABE et al., 2009;
FERENC; NEDA, 2007).

Matematicamente, um espaco Euclidiano bidimensional pode ser particionado,
onde para cada ponto (ou nucleo) {p;} uma célula C; correspondente & gerada. Uma
célula consiste em uma porgao de pontos que se encontram mais préximos do nucleo,
tal que:

Ci={r € R":||p; — z[| < ||p; — ||, Yp;} (4.4)

Onde || - || é a distancia Euclidiana. Se o conjunto de pontos é dito finito, entao
o conjunto de células € chamado de DV e consequentemente, cada uma das célula
conectadas corresponde a uma célula Voronoi (ANDERSSON, 2005; DOBRIN, 2005).

De maneira geral, o DV € composto por trés elementos: geradores, arestas e
vértices, onde cada ponto p; € um gerador, uma aresta € uma linha que delimita duas
células Voronoi adjacentes e o um vértice é um local equidistante de outros trés (ou
mais) pontos geradores e também € interpretado como o final de cada aresta. Na
Figura 19, é possivel identificar cada um dos elementos de um DV. Segundo Dobrin
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Figura 18 — Exemplo de um diagrama Voronoi

Fonte: autoria prépria.

(2005), sempre que uma aresta é formada, os pontos p; e p; sdo equidistantes, o que
implica que células diferentes podem ter quantidades de arestas diferentes.

Figura 19 — Elementos de um diagrama Voronoi
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Fonte: autoria prépria.

O DV apresenta algumas caracteristicas que permitem a sua associagao aos
graos do ago, considerando que no processo de cristalizacéo, todos os graos iniciam
seu crescimento simultaneamente e uniformemente, assim como o DV. Dessa forma,
conforme os gréos vao crescendo estes chocam-se e formam as fronteiras, que sao
os limites onde os graos encontram-se e param de crescer. Geometricamente, pode-
se dizer que as células Voronoi iniciam seu crescimento de pontos geradores e ao
chocarem-se, formam as arestas e vértices, resultando em uma estrutura semelhante
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a microestrutura do aco (ANDERSON, 2005; ROCHA; BRUEHWILER; NUSSBAUMER,
2015b). Nesta analogia, cada célula Voronoi corresponde a um gréao.

Essa consideragcao também foi feita por Andersson (2005), Brickner-Foit e Huang
(2006), Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015b) e Sun et al. (2018), que utilizaram o
DV em estudos de fadiga e concluiram que a aleatoriedade e distribuicdo dos tamanhos
dos graos foram satisfatrias para analisar como esse aspecto influencia na dispersao
dos resultados. Com base nesses estudos, a simulagdo dos grédos do ago realizada
nesta pesquisa foi feita a partir de um DV com o intuito de verificar a influéncia do
tamanho das bandas de deslizamento na iniciacao de microtrincas.

4.2.1.2.2 Definicao do parametro a,

No modelo T-M, admite-se que a microtrinca é formada a partir de deformagdes
plasticas no interior das bandas de deslizamento favoravelmente orientadas. Para
verificar a influéncia de diferentes tamanhos de «, na iniciacdo de trincas, os DVs foram
gerados para as barras LQ, TF e TR por meio da seguinte ordem:

1. Definir qual tipo de microestrutura é mais propensa a iniciacao para cada barra;

2. Estabelecer o tamanho médio dos graos utilizados para cada tipo de microestru-
tura;

3. Gerar a estrutura dos graos;
4. Gerar as bandas de deslizamento para cada grao;
5. ldentificar o grédo e a banda de deslizamento favoravelmente orientados;

6. Calcular a largura da banda de deslizamento identificada.

Para as barras LQ e TF, que apresentam ferrita-perlita ao longo de toda a secao
transversal, os graos de ferrita foram modelados, pois estes sdo menos resistentes
a fadiga em comparacao a perlita e portanto mais propensos a iniciacao de micro-
trincas (TOKAJI; OGAWA; HARADA, 1986). No caso das barras TR, a austenita é
frequentemente utilizada para simulagdo de microestrutura em agos martensiticos
(BRUCKNER-FOIT; HUANG, 2006; ROCHA; BRUEHWILER; NUSSBAUMER, 2015b;
SUN et al., 2018). Observacgdes experimentais indicam que em acos martensiticos
as agulhas de martensita tendem a seguir a mesma orientagao dentro dos graos de
austenita, formando pacotes de agulhas e as trincas tendem a se propagar ao longo
das agulhas (BRUCKNER-FOIT; HUANG, 2006; SUN et al., 2018).

Assim como o tipo de microestrutura, o tamanho médios dos graos também foi
considerado o mesmo para barras LQ e TF e diferente das barras TR. Para barras
LQ e TF, que possuem o mesmo tipo de microestrutura na superficie, considerou-se
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o mesmo tamanho médio de grao de ferrita, assim como o estudo feito por Rocha,
Bruehwiler e Nussbaumer (2015b). Para barras TR, o tamanho médio da austenita foi
utilizado, tendo como base as consideragdes feitas por Briickner-Foit e Huang (2006).
Um resumo dos tamanhos médios de graos de ferrita e austenita e das pesquisas
consultadas, pode ser visto na Tabela 3.

Tabela 3 — Tamanhos médios dos graos utilizados nos modelos T-M e TDC

Referéncias Tipos de Tamanho dos Tamanho Médio

Barras Graos (uwm) dos Graos (um)
Jhamb e MacGregor (1974a) 20,3
Usami e Shida (1979) 25,0

Nakai, Tanaka e Nakanishi (1981) LQeTF 20,5 22,5
Suh, Yuuki e Kitagawa (1985) 23,0
Tokaji, Ogawa e Harada (1986) 24,0
Tokaji et al. (1986) 15,0
Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015b) TR 20,0 21

Morito et al. (2005) 28,0

Fonte: autoria prépria.

Para gerar o DV, o Matlab® (MATLAB V8.2, 2014) foi utilizado, gerando inicial-
mente os pontos aleatérios (Figura 20a) e entdo as arestas e vértices formando as
células Voronoi (Figura 20b).

Figura 20 — Representagédo da microestrutura por meio do DV
(a) Pontos gerados aleatériamente (b) Células Voronoi
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Fonte: autoria propria.

Para definir as bandas de deslizamento dos graos de ferrita, esta pesquisa teve
como base o estudo de Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015b), que analisaram a
estrutura cristalina da ferrita. Esta apresenta uma estrutura cubica de corpo centrado
que possui um plano de deslizamento principal e duas dire¢cdes de deslizamento, com
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um angulo de aproximadamente 110° entre as dire¢des, como mostra a Figura (CALLIS-
TER, 2007; BIELER et al., 2009; SHETTY, 2013). Assim, as bandas de deslizamento
de cada grao de ferrita foram representadas pelas dire¢des de deslizamento da sua
estrutura cristalina.

Figura 21 — Estrutura cristalina de um grao de ferrita
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Fonte: adaptado de Bieler et al. (2009).

Para graos de austenita, as bandas de deslizamento foram definidas com base no
estudo de Brtckner-Foit e Huang (2006), que observaram que microtrincas iniciadas
em acos martensiticos propagam-se paralelamente as agulhas de martensita e que a
orientacao das agulhas dentro de um grdo de austenita praticamente nao muda, ou
seja, em um grao pode-se assumir que as agulhas s&o paralelas. Com base nessas
informacdes, optou-se por gerar uma banda de deslizamento considerando a orientagao
das agulhas de martensitas presentes em um gréos de austenita (BRUCKNER-FOIT;
HUANG, 2006).

A Figura 22 apresenta um exemplo das bandas de deslizamento geradas para
os graos de ferrita, onde cada banda passa pelo ponto gerado na célula Voronoi,
considerada comoo centro do grao.

Em seguida, foi necessario identificar o grao e a banda de deslizamento favoravel-
mente orientados e portanto propensos a iniciacao da trinca. A banda de deslizamento
favoravelmente orientada no modelo T-M € aquela que possui orientagdo proxima de
45°, onde a tensao de cisalhamento € maxima Tanaka e Mura (1981), Briickner-Foit e
Huang (2006). Essa consideracéo foi feita para o maior grao favoravelmente orientado,
pois graos maiores tém maior probabilidade de fraturar (TAIRA; TANAKA; HOSHINA,
1979; TOKAJI; OGAWA; HARADA, 1986; BRUCKNER-FOIT; HUANG, 2006). No DV
gerado (Figura 23), é possivel identificar o maior grao favoravelmente orientado na cor
azul e a banda de deslizamento a 45° na cor magenta.

Finalmente, o calculo do tamanho da banda de deslizamento destacada na Figura
23, que foi feito utilizando a equacao 4.5 (ROCHA; BRUEHWILER; NUSSBAUMER,
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Figura 22 — Bandas de deslizamento nos graos de ferrita gerados a partir de um DV
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Fonte: autoria prépria.

Figura 23 — Grao favoravelmente orientado e banda de deslizamento a aproximadamente 45°
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Fonte: autoria prépria.

2015D).

a, = l.cos2a (4.5)

Onde . é a largura total da banda de deslizamento favoravelmente orientada e «
€ 0 angulo da banda de deslizamento em relagao a carga considerada. Esse calculo
foi proposto por Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015b), que assume uma espécie
de compromisso entre a largura e a orientagdo da banda de deslizamento. Nesta
pesquisa foi utilizada a menor parte de a, no célculo de N;, pois o DV apresenta maior
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quantidade de células com a razao de aspecto pequena do que a estrutura real do grao
(BRUCKNER-FOIT; HUANG, 2006). Assim, considerar a maior parte de a, poderia
coincidir com o vértice do grao, levando a resultados equivocados.

4.2.2 Aplicagdo da Teoria da Distancia Critica

4.2.2.1 Calculo da distancia Critica

A TDC considera a analise do campo de tensdes a frente de trincas por meio do
comprimento caracteristico do material de estudo, que representa uma porcao de graos.
Nesta pesquisa, L foi calculado a partir da equacao 3.7 e relacionado ao tamanho
médio dos graos. Essa relacao foi proposta com base no conceito do Volume Estrutural,
onde L representa um conjunto de gréaos que definem a regiao do processo de fadiga,
como mostra Figura 24. O conceito do Volume Estrutural assume que essa regiao pode
ser sobreposta ao caminho de analise aonde atua Ao, (SUSMEL, 2008). Assim, L
corresponde aos graos que fazem parte do caminho de andlise. O tamanho médio do
grao foi utilizado como simplificacao, ja que nao é possivel identificar o tamanho de
cada gréo.

Figura 24 — Conjunto de graos que definem a regido do processo de fadiga
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e
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Fonte: autoria prépria.

Essa abordagem foi aplicada para os trés tipos de barras considerando microes-
truturas diferentes levando as mesmas considera¢des adotadas no item 4.2.1.2.2. A
relacdo de L ao tamanho médio dos graos foi feita da seguinte forma:
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1. Calculou-se a distancia critica L conforme a equagéo 3.7;

2. Obteve-se um intervalo de tamanho de graos minimo e maximo conforme a Tabela
3;

3. O valor de L foi dividido pelos limites dos tamanhos de graos, obtendo-se um
intervalo de quantidade de graos.

Assim, para cada tipo de barra, L apresentou um intervalo de valores, como
mostram as Tabelas 4 e 5. Os intervalos de valores de L indicam a quantidade de gréos
sobre os quais a trinca tende a se propagar e foram utilizados para calcular Ao,;.

Tabela 4 — Distancia critica relacionada ao tamanho do gréo das barras LQ e TF

Referéncias Tamanho Médio Distancia

dos Graos (um) Critica

Jhamb e MacGregor (1974a) Inicial
Usami e Shida (1979) L; = 5,9 graos
Nakai, Tanaka e Nakanishi (1981) 22,5 L; =132,8 um

Suh, Yuuki e Kitagawa (1985) Final
Tokaji, Ogawa e Harada (1986) Ly = 7,4 graos
Ly =166,5 um

Fonte: autoria prépria.

Tabela 5 — Distancia critica relacionada ao tamanho do grao das barras TR

Referéncias Tamanho Médio Distancia

dos Graos (um) Critica

Inicial
L; = 2,0 graos
Tokaji et al. (1986) L; =42,0 um

Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015b) 21,0 Final
Morito et al. (2005) Ly = 3,8 gréos
Ly =179,8 um

Fonte: autoria prépria.

4.2.2.2 Calculo da tensao efetiva de fadiga

Para calcular as tensodes efetivas de fadiga, a TDC faz uso das equacdes 3.8,
3.11 e 3.13. Porém, h& uma dificuldade em aplicar essas equagcées sem 0 uso de um
software de elementos finitos. Assim, meios alternativos de célculo foram aplicados
com base na literatura. Taylor (1999), Susmel e Taylor (2003) e Livieri € Tovo (2004),
por exemplo, utilizam apenas fatores geométricos como o raio da raiz do entalhe e
metade do tamanho da trinca para o célculo da tenséo efetiva de fadiga. E possivel
ainda trabalhar com dois métodos diferentes para calcular a tenséo efetiva, como por
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exemplo Spaggiari et al. (2011), que uniram a TDC com o Método do Fator de Suporte
correlacionando o comprimento critico descrito em cada método.

No calculo das tensdes efetivas de fadiga considerou-se que o raio de transigao
entre a nervura transversal e a superficie livre da barra de aco p pode ser considerado
um entalhe. Nessa abordagem, conceitos de fadiga em entalhes foram utilizados com
base nos estudos de Majumdar et al. (2017) e Boukharouba, Pluvinage e Azouaoui
(2017). Utilizando o fator de resisténcia a fadiga K, a tenso efetiva de fadiga pode
ser aproximada ao campo de tensdes atuando em um entalhe, por meio das equagdes
46e4.7.

K, —1

. (4.6)

I8
l—l—p

ACgsem entalhe Ao,

(Kf>N B (AUcom entalhe>N B ( AUf>N (4.7)
Onde Aogem entane € O limite de resisténcia a fadiga de um componente sem
entalhe, Accom entaine € 0 limite de resisténcia a fadiga de um componente com entalhe
e p' a distancia critica de Neuber, que é relacionado ao tamanho do grdo onde Ao,
atua (BANNANTINE; COMER; HANDROCK, 1990). Como a TDC também considera
que Ao, s atua ao longo de uma disténcia relacionada aos graos (L), pode-se supor que
p' = L. Ao igualar as equagodes 4.6 e 4.7 a tens@o efetiva de fadiga pode ser calculada

em funcado de L, p e K;, como mostram as equagdes 4.8 e 4.9.

Kp=1+

ﬂ:1+Kt_1

: 4.8
Ao 1—{—% (4-8)
K, —1
A%f:AU<L+1;L> (4.9)
p

Utilizando as equacgdes 4.9, 3.8, 3.11 e 3.13 os valores de Ao, foram calculados
para MP, ML e MA.

4.2.2.3 Utilizagdo da Lei de Paris

Como a TDC calcula Ao, atuando ao longo de L e n&o leva em consideragdo o
célculo do numero de ciclos para falha, este foi feito por meio da Lei de Paris (equacéo
2.8) levando em consideragdo L e Ao,;. Ao isolar AKy, na equacéo 3.7 e substitui-lo
na equacao 2.8 foi possivel calcular o numero de ciclos em func¢do de L. A substituicdo
de AK por AKy, é valida por que a TDC considera que quando a trinca inicia a
propagacao estavel esta se propaga até a falha da barra e, nesse caso, a tensdo que
causa a propagagao é Ao, ; atuando ao longo de L, por isso considera-se Ao = Ao.;.
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Ao integrar a Lei de Paris (equacao 2.8) com as substituicbes descritas, obtém-se a
equacao 4.10 (HERWIG, 2008):

(-1
1 11 ai )"’
N _ 1 (% 4.10
p C(Z —1)Ymrs AOZ} a57_1) [ (W) } ( )

2
Onde N, é numero de ciclos para propagagéao, a; € o tamanho inicial da trinca e
ay € 0 tamanho final da trinca. Essa foi a equacio utilizada para o calculo do numero
de ciclos de propagacéo da trinca utilizando o MP, ML e MA. Os parametros C' e m
devem ser obtidos a partir de experimentos, porém nesta pesquisa os valores dessas
constantes foram obtidos da literatura, conforme mostra a Tabela 6.

Tabela 6 — Parametros C e m utilizados na TDC

Referéncia  Tipos de Barra C (mm/ciclo)(N.mm=2 ) m
Herwig (2008) LQ, TF e TR 2,010~ 13 4,0

Fonte: autoria prépria.

Conforme o célculo de AK (equagao 2.4), um fator de correcdo geométrico
Y deve ser empregado. No caso de barras de ago, Y foi calculado para trincas de
superficie semicirculares em barras redondas sob condigdes de tensdo de membrana
pura conforme a equacao 4.11 (HERWIG, 2008). Para simplificacdo dos calculos, Y foi
mantido constante.

_ a0
y_ o tan (35 / (52)) [0, 752 42,02 <2a) 40, 37{1 ~ sin <Z‘“>ﬂ (4.11)

coS (%) Tp Tp
Tb

Onde r, é a metade do didmetro da barra analisada. Os tamanhos inicial e final
da trinca de 0,2 mm e 6,0 mm, respectivamente, foram obtidos de Rocha, Bruehwiler e
Nussbaumer (2015a) e Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015b). O tamanho inicial
da trinca foi definido a partir da quantidade de graos nos quais a trinca se propaga até
passar a comportar-se como longa. Essa quantidade é de aproximadamente 10 vezes
o tamanho médio do grao, totalizando 0,2 mm. Como o tamanho médio dos graos de
austenita e ferrita sdo semelhantes, optou-se por utilizar 0,2 mm para todas as barras.
O tamanho final da trinca foi definido com base nas observac¢des experimentais de
Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015a); esses autores realizaram testes de fadiga
com barras de aco de 16 mm de diametro e observaram que essas barras rompiam
quando uma trinca superficial de aproximadamente 6,0 mm era identificada.
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5 RESULTADOS E DISCUSSOES

Neste capitulo sdo apresentados os resultados da previsdo da vida a fadiga das
barras de aco utilizando o modelo T-M juntamente com a TDC. Estes foram gerados
utilizando o Matlab® (MATLAB V8.2, 2014) calculando 15 valores de numero de ciclos
para cada valor de Ao. Estes resultados foram comparados com dados experimentais
da literatura e discutidos.

5.1 Limite de fadiga

O calculo do limite de fadiga das barras nervuradas Aoc,, admitiu a influéncia de
o, K; € K, conforme a equacao 4.2. Na Tabela 7 sdo apresentados os valores de o,
adotados e os valores médios de Ao, calculados para cada tipo de barra.

Tabela 7 — Limite de fadiga calculado para barras nervuradas

Tipos de ot Aoy,
Barras  adotado (MPa) calculado (MPa)
LQ 668,5 253,3
TF 496,8 187,7
TR 673,0 254,3

Fonte: autoria prépria.

Comparando os valores da Tabela 7 com valores de limites de fadiga da literautra,
verifica-se que as barras LQ apresentaram valor médio de Ao, superior aos da literatura
e semelhante ao das barras TR. Esse fato ndo era esperado, pois a literatura indica
que as propriedades a fadiga das barras TR sao superiores as barras LQ, devido
principalmente ao processo de témpera, que gera a martensita na barra TR (REHM;
RUSSWURM, 1977; ZHENG; ABEL, 1999). O valor elevado de Ao, para a barra LQ
pode ser explicado pela consideracao de 0, 60, pois nessa relagao quanto maior o valor
de o, maior tende a ser Ao,,. Essa mesma relacao pode explicar a tendéncia obtida
nesta pesquisa:

Aoyrr > Aoprg > Aourp

Verificou-se por meio de dados da literatura que a relacdo Ao, = 0,60, nem
sempre € obtida. Porém, como essa relacao é frequentemente utilizada no calculo
da resisténcia a fadiga de componentes metalicos (JHAMB; MACGREGOR, 1974a;
BOYER, 1985; CHEN et al., 2018), a divergéncia entre os valores de Ao, calculados
e obtidos da literatura pode ser explicado pela microestrutura implicita a o, que é
discutido como segue.

No caso das barras LQ, o teor de perlita que compdem a microestrutura pode
variar entre 15 e 55% e consequentemente uma variacao nas propriedades da barra
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pode ocorrer (ROCHA; BRUEHWILER; NUSSBAUMER, 2015a). Se um teor de perlita
maior € observado, as propriedades mecéanicas da barra tendem a ser maiores (JHAMB;
MACGREGOR, 1974a). Porém, quando acos contendo apenas ferrita e perlita séo
submetidos a fadiga, a trinca tende a iniciar em graos de ferrita, que sdo menos
resistentes que a perlita (TOKAJI; OGAWA; HARADA, 1986). Devido a isso, pode-se
concluir que a resisténcia a fadiga de barras LQ n&o aumenta proporcionalmente
com a resisténcia a tracao porque as trincas tendem a iniciar em graos de ferrita, e
a resisténcia a tracao elevada € devido a perlita (TOKAJI; OGAWA; HARADA, 1986;
ZHENG; ABEL, 1999). O mesmo critério pode ser aplicado as barras TF, pois possuem
microestruturas semelhantes as barras LQ.

Para as barras TR, a microestrutura presente na camada externa da barra é a
martensita, que atribui maior resisténcia a fadiga a essas barras (ZHENG; ABEL, 1999).
Além disso, barras TR podem apresentar uma tensao residual de compressao na
superficie, o que pode reduzir a propagacao de trincas e consequentemente elevar as
propriedades a fadiga (OKAMOTO; NAKAMURA, 1990; ZHENG; ABEL, 1999; ROCHA
et al., 2016).

Como a influéncia desses fatores (microestrutura e tensao residual) nao foi direta-
mente considerada no célculo de Ac,,, 0 parametro de maior impacto na equacao 4.2
foi 04, que pode ser interpretado como uma limitagdo do modelo. O motivo pelo qual
Ao, tende a um valor médio para cada barra é a variagado de K,. Este também pode
ser implicitamente considerado na resisténcia a tracao das barras, e a sua variacao
foi feita de acordo com o estudo de Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015a), onde
sugerem que um valor fixo de K, pode levar a resultados conservativos.

5.2 Distancia critica e tensao efetiva de fadiga

Tendo em vista que aplicagcées da TDC nao foram encontradas para barras de
aco na literatura, valores especificos de L para os tipos de barra ndo estao disponiveis.
Entao, estes foram calculado utilizando a equagao 3.7 e os resultados foram compara-
dos com valores de L para acos de baixo teor de carbono obtidos da literatura. Essa
comparacao foi feita com base nos estudos de Taylor e Wang (2000) e Susmel e Taylor
(2003), que seguiram o mesmo critério de comparagao.

Como L foi associado aos graos das barras, os valores de L das barras LQ e
TF foram comparadas com agos contendo ferrita e perlita, € no caso das barras TR L
foi comparado a agos martensiticos. Para componentes metéalicos formados de ferrita-
perlita L variou de 138 a 152 um (USAMI; SHIDA, 1979; SUH; YUUKI; KITAGAWA,
1985; CHAPETTI et al., 2005). O valor de L calculado para essas barras foi de 148 um.
No caso das barras TR, o valor de L calculado foi de 56 um, inferior ao intervalo obtido
experimentalmente para agos martensiticos entre 61 e 85 um (TOKAJI et al., 1986).
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Esses valores indicam que o comprimento caracteristico das barras de aco esta de
acordo com valores de L de agos de baixo teor de carbono (TAYLOR; WANG, 2000;
SUSMEL; TAYLOR, 20083).

Os valores de L de 148 e 56 um foram relacionados com o tamanho médio
dos graos de ferrita e austenita respectivamente. Dessa forma, cada tipo de barra
apresentou um intervalo de valores para L, como mostrado nas Tabelas 4 e 5. Os
intervalos de valores de L indicam a quantidade de graos sobre 0s quais a trinca tende
a se propagar e foram utilizados para calcular Ao,;.

A influéncia de L no calculo de Ao, foi observada durante a analise dos resul-
tados, onde, conforme os valores de L cresciam, os valores de Ao, reduziam. O
comportamento de Ao, ; de acordo com os métodos aplicados pode ser representado
pela relagdo 5.1:

Ao-efMP > AO’ef]\/[A > Ao'ef]\/[L (51)

Esse comportamento também foi observado por Taylor e Wang (2000) e Susmel e
Taylor (2003), que sugerem que essa tendéncia ocorre devido a distancia L a frente da
ponta da trinca. No caso de ML e MA, Ao, pode ser considerada como a média das
tensdes atuando ao longo de 2L e sobre a area critica respectivamente, o que explica
os resultados de Ao, para ML e MA apresentaram valores menores. Ja para o MP,
Ao é calculada no ponto £, que tende a ter valores maiores por estar mais préximo
da ponta da trinca.

5.3 Previsao da Vida a Fadiga das Barras de Aco

A previsdo da vida a fadiga das barras de ago LQ, TF e TR utilizando o modelo
T-M e a TDC foi feita utilizando a equacao 5.2 e é apresentada nas Figuras 25, 26 e 27,
respectivamente comparada a resultados experimentais da literatura (HANSON; BUR-
TON; HOGNESTAD, 1968; TILLY, 1979; TILLY, 1984; ZHENG; ABEL, 1999; ROCHA et
al., 2016; MAJUMDAR et al., 2017).

~ Ea,r(1—v)(Ao — Acy,)? o(% - 1)Ymﬂ-% Aa’g} a(%_

7

(%-1)
K? 1 1 1 AR
Ny = N; + N, = IAKHG + 0 {1 — <a> ]

A partir das Figuras 25 e 27, observa-se de forma geral que os resultados das
barras LQ e TR apresentaram comportamento ligeiramente conservativo em um mesmo
do nivel de tenséo. Isso foi observado para a barras LQ a um nivel de tensao de
aproximadamente 300 MPa, onde os resultados mostraram-se conservativos e nao
conservativos. A mesma tendéncia pode ser verificada em 270 MPa, onde os valores
oscilaram entre 10° e 10® ciclos. No caso das barras TR, esse comportamento também
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Figura 25 — Dados incluindo a previsao da vida a fadiga utilizando o modelo T-M e a TDC para barras de
aco LQ e dados experimentais (HANSON; BURTON; HOGNESTAD, 1968; TILLY, 1984)
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Fonte: autoria prépria.

Figura 26 — Dados incluindo a previsdo da vida a fadiga utilizando o modelo T-M e a TDC para barras de
aco TF e dados experimentais (TILLY, 1979; TILLY, 1984)
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foi verificado em niveis de tensdes como, por exemplo, 250, 260 e aproximadamente
280 MPa.

Para as barras TF, verifica-se na Figura 26 que, de maneira geral, os resultados
mostraram-se conservativos. Isso pode ser atribuido ao valor do limite de fadiga das
barras TF ser mais baixo que o das demais barras. Verifica-se ainda nesta pesquisa
gue a maioria dos resultados ficou abaixo de 10° ciclos para todas as barras, fato que
pode ter sido causado pelo uso de Ao, no célculo da propagagéo.
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Figura 27 — Dados incluindo a previsdo da vida a fadiga utilizando o modelo T-M e a TDC para barras de
aco TR e dados experimentais (ZHENG; ABEL, 1999; ROCHA et al., 2016; MAJUMDAR et

al., 2017)
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Com relagdo ao numero de ciclos calculado para cada tipo de barra, nota-se que
estes variaram desde aproximadamente 3.10° até 10° para barras LQ, 5.10° & 2.10° para
barras TF e 2.10° a 10° para barras TR. Nesses intervalos de nimeros de ciclos, a
combinagdo do modelo T-M com a TDC foi eficiente, visto que foi capaz de prever a
vida a fadiga das barras de aco e teve concordancia com os dados experimentais da
literatura, como pode ser visto nas Figuras 25, 26 e 27. Porém, a dispersao nesses
intervalos é menor do que aquela observada nos dados experimentais da literatura,
sugerindo que fora desse intervalo de numero de ciclos 0 modelo ndo é satisfatorio.

O fato da dispersao observada nos resultados desta pesquisa ser menor do que
aquela vista nos dados experimentais da literatura pode ter ocorrido devido a maioria
dos parametros de calculo ser considerados constantes, com excec¢éo de K, a, € L.
No caso de L, este causou um intervalo de variagcao levemente maior nas barras TR
guando comparadas as demais barras. Isso ocorreu porque o intervalo de tamanho de
graos de austenita foi maior do que o intervalo dos gréaos de ferrita, como pode ser visto
nas Tabelas 4 e 5. Como L foi associado de forma linear com o tamanho médio dos
graos de ferrita e austenita, isso pode ter imposto a condicdo homogénea observada
nos resultados, sendo uma limitacdo do modelo.

A consideragao de p igual a 0,1 mm também pode ter influenciado nos resultados,
0 que pode ter reduzido os valores de numeros de ciclos para falha, sendo também
uma limitagao no modelo, pois uma geometria levemente acentuada tende a aumentar
o valor de K, e reduzir a vida a fadiga das barras (JHAMB; MACGREGOR, 1974b;
ZHENG; ABEL, 1998). Um estudo realizado por Majumdar et al. (2017), indica que
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conforme a relagéo p/h aproxima-se de 1,25 a concentragdo de tensao na raiz da
nervura transversal tende a diminuir. Tendo em vista que o fator geométrico é um dos
fatores determinantes na iniciacdo de trincas nas barras de acgo, a consideracéo da
relacdo p/h variavel em conjunto com uma variagdo dos tamanhos médios dos gréos
associados a L podem melhorar os resultados.

Com relagao ao parametro a,, este representou a menor parte das bandas de
deslizamento no interior dos gréos de ferrita e austenita, e uma orienta¢do constante de
45° foi assumida para a iniciagdo, assumindo que neste caso atua a tensao de cisalha-
mento maxima. A definicdo do parametro «, foi detalhada no capitulo 4, item 4.2.1.2.2.
Para analisar a influéncia de a, na previsao da vida a fadiga das barras, o parametro
K, foi mantido constante e igual a 1. Verificou-se que a, teve maior influéncia quando
os valores de Ao aproximavam-se de Ao, 0 que era esperado. Nessa condicdo, a
microtrinca pode sofrer maior influéncia da microestrutura do que dos demais parame-
tros, pois a fronteira do grdo age como uma barreira para a propagacao da microtrinca
(TAIRA; TANAKA; HOSHINA, 1979; NAKAI; TANAKA, 1980; BRUCKNER-FOIT; HU-
ANG, 2006). Como nesse caso a variacdo do tamanho dos graos foi determinante,
simulacdes considerando graos de ferrita e perlita para barras LQ e TF e véarios pacotes
de martensita nos graos de austenita podem melhorar os resultados.

Para analise da influéncia da rugosidade, a variagao de a, foi mantida constante,
assim como na analise anterior, e o valor atribuido a a, foi o tamanho médio do grao
considerado em cada barra. Este estudo considerou a rugosidade proxima do raio
da raiz da nervura transversal, onde ha maior probabilidade de iniciagdo de trincas.
Os valores de K variaram aleatoriamente seguindo uma distribuicdo normal, assim
como foi proposto no estudo de Rocha, Bruehwiler e Nussbaumer (2015a). A dispersao
atribuida a K foi observada no parametro Ao, pois valores de K inferiores a 1 tendiam
a aproximar Ao, de Ao, aumentando a dispersao dos resultados. Em estudos como,
por exemplo, o de Helgason et al. (1976), micro entalhes provenientes do processo de
laminagéo foram observados e considerados como um efeito implicito na dispersao dos
resultados. A variacédo de K, foi mais representativa em valores de Ao superiores a
300 MPa.

Verifica-se ainda que conforme o valor de Ao aumenta a dispersao nos resultados
diminui, o que é esperado em fadiga de altos ciclos e foi observado para todas as barras.
Estudos como o de Helgason et al. (1976), Tilly (1984) e Zheng e Abel (1999) também
apresentaram dispersao menor nos resultados conforme Ao aumentava. Segundo
Helgason et al. (1976), a vida a fadiga das barras de aco tende a ser dominada pela
magnitude da variagdo de tensio aplicada e uma relagao linear é esperada entre 10* e
106 ciclos com a dispersdo aumentando apés 10° ciclos. Majumdar et al. (2017) também
observou que para valores de Ao maiores o numero de ciclos diminuiu continuamente.
Uma tendéncia semelhante foi observada nesta pesquisa.
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Segundo Tilly (1984), as barras LQ e TF tendem a apresentar comportamentos
semelhantes a fadiga, o que nao foi observado nesta pesquisa. E provavel que os
resultados da previsdo da vida a fadiga das barras LQ foram menos conservativos
devido ao valor de Ag, calculado, que foi superior aos dados obtidos da literatura,
como foi discutido no item 5.1.

Um estudo realizado por Zheng e Abel (1999) indica que as barras TR possuem
propriedades a fadiga superiores as barras LQ e TF e devido a isso apresentam
resisténcia a fadiga maior. Nesta pesquisa, embora os resultados das barras TR
tenham se mostrado pouco conservativos em comparagao aos dados experimentais,
poucos dados da literatura foram obtidos para comparagao. Portanto, ndo é possivel
afirma que as barras TR apresentaram propriedades a fadiga superiores as barras LQ
e TF

Helgason et al. (1976), Tilly (1984) e Zheng e Abel (1999) também sugerem
que outros efeitos podem influenciar na dispersao dos resultados tais como diametro,
tensdo residual, composicdo quimica, inclusbes metalicas e ndo metélicas e ainda a
descarburacdo. Mais estudos devem ser realizados a fim de identificar as influéncias
desses parametros na vida a fadiga das barras e também aprimorar o0 modelo proposto
nos pontos indicados como limitagdes, tais como a associacao de L e o tamanho médio
dos graos, possiveis variagdes de p ou de p/h e também o calculo do limite de fadiga
das barras nervuradas. A rugosidade das barras também deve ser mais explorada em
trabalhos futuros, pois verificou-se a influéncia desse parametro em todas as variacoes
de tensdes aplicadas.






85
6 CONCLUSOES

A presente pesquisa teve como objetivo fazer um estudo dos modelos utilizados
para previsao da vida a fadiga para componentes metélicos e aplica-los as barras de
aco para entdo compara-los aos resultados experimentais da literatura e analisar se
estes sdo ou nao satisfatorios. Dentre os modelos presentes na literatura, esta pesquisa
foi direcionada para a previsao da vida a fadiga total, incluindo a fase de iniciagao
por meio do modelo de Tanaka e Mura (1981), com uma ampla aplicacdo dentro dos
campos de fratura e fadiga, e para a propagacao optou-se pela TDC (TAYLOR, 1999),
um modelo com muitas aplicagcdes a componentes metalicos.

Na analise da iniciacao, o modelo T-M foi empregado em conjunto com um célculo
do limite de fadiga de cada tipo de barra. O calculo de Ao, incorporou um fator
de concentracdo de tensido devido a rugosidade que pbéde tanto subestimar como
superestimar o limite de fadiga das barras, 0 que pode ser visto como um ponto positivo
ja que contribui para entender a dispersao dos resultados. Porém, os resultados obtidos
para o limite de fadiga das barras n&o tiveram concordancia com os dados da literatura,
e formas alternativas para o célculo do limite de fadiga devem ser analisados.

Como a microestrutura tem um papel representativo na fase de iniciacdo, uma
simulacdo dos tamanhos dos gréos de ferrita e austenita foi feita por meio de um DV
a fim de analisar a influéncia do tamanho das bandas de deslizamento na iniciagéo.
Tal simulagao contribuiu para analisar a dispersao inerente aos dados de numeros
de ciclos para falha, o que também pode ser interpretado como um ponto positivo do
modelo.

Para a fase de propagacao, a TDC foi aplicada a barras por meio do MP, ML e MA
para o calculo de L e de Ao, e 0 numero de ciclos foi calculado por meio da Lei de
Paris. Valores obtidos para a distancia critica foram associados aos tamanhos médios
dos graos de cada tipo de barra e entdo a tenséo efetiva de fadiga foi calculada sobre
uma porgcao de graos. Tal consideracédo pode ser vista como um ponto positivo do
modelo, uma vez que a intensidade da tensao atuando a frente da ponta da trinca pdde
ser utilizada em conjunto com a Lei de Paris, o0 que permitiu estudar como a tensao
efetiva de fadiga influencia na propagacao estavel de trincas.

Assim, pode-se concluir que a combina¢ao do modelo T-M com a TDC foi capaz
de prever a vida a fadiga das barras de aco e essa combinag¢do pode ser considerada
eficiente dentro de um intervalo de numero de ciclos que muda para cada tipo de
barra, como apresentado no item 5.3. O modelo T-M incorporou elementos variaveis ao
calculo, o que contribuiu para compreender a dispersdo e a complexidade inerentes a
esta fase. A TDC, embora apresente parametros constantes, mostrou-se satisfatéria
no calculo do numero de ciclos gastos na propagacao bem como na tensao efetiva de
fadiga, mostrando a intensidade da tensédo atuando logo a frente da ponta da trinca.



86

6.1

Trabalhos futuros

Para trabalhos futuros as seguintes sugestdes sdo apresentadas:

Calcular o limite de fadiga das barras nervuradas a partir da resisténcia a fadiga
da microestrutura presente na superficie das barras;

Simular tipos de gréos diferentes para barras LQ e TF e diferentes orientacdes da
martensita nos graos de austenita das barras TR;

Considerar uma lei de propagacao de microtrincas no modelo T-M;

Incluir a rugosidade proveniente da formagao da superficie da trinca ao modelo
da TDC utilizando a Teoria Fractal;

Obter a tensao efetiva de fadiga por meio de uma anélise de elementos finitos,
como explicado no item 3.2.1.
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