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RESUMO

PROJETO DE APARATO EXPERIMENTAL E AVALIACAO DA RE-
SISTENCIA A FADIGA SOB CONDICOES DE FRETTING

O presente trabalho apresenta uma metodologia para avaliacao de resisténcia a fadiga
sob condicoes de fretting, a qual foi validada para resultados experimentais disponiveis
na literatura. A metodologia consiste na aplicacao do Método da Distancia Critica, se-
gundo a abordagem do Método da Linha, associado ao modelo de fadiga multiaxial de
Susmel & Lazzarin (Método da Curva de Wohler Modificada). Os resultados obtidos a
partir do Método da Linha foram comparados com os resultados obtidos pelo Método
do Ponto, mostrando que o Método da Linha é menos conservativo que o Método do
Ponto. O Método da Linha previu corretamente a resisténcia a fadiga para 26 dos 29
testes experimentais, contra 23 de 29, para o Método do Ponto. Também foi comparada
a sensibilidade de ambos os métodos a um aumento ou uma reducao de 10% no valor
do parametro material que determina a distancia critica de aplicacao do critério de
fadiga multiaxial. Os resultados mostraram que o Método da Linha é menos sensivel
que o Método do Ponto a variacao desse parametro para fortes gradientes de tensao. A
segunda parte desse trabalho consiste na concepcao, projeto, e comissionamento de um
aparato experimental para realizacao de teste de fadiga sob condicoes de fretting. O
Dispositivo de Fretting é concebido para ser acoplado a uma maquina de ensaios uni-
versal M'TS e funcionar como um elemento mola que reage a deformacao do corpo de
prova, induzida pela carga remota aplicada pela MTS, gerando a carga cisalhante. Es-
tao incluidos detalhes como: principio de funcionamento, calibracao da instrumentacao,
medicao de rigidez do dispositivo, alinhamento das sapatas usando-se filme sensivel a
pressao e medicao do coeficiente de atrito na zona de escorregamento. Para finalizar
o trabalho foi realizada uma série de testes de fadiga sob condicoes de fretting na liga
Al7050—T7451 onde foi mantida constante a pressao de pico pgy, a amplitude de tensao
remota o, e a relacdo /P, e variou-se apenas a componente média da tensao remota
om- Os testes mostraram que mesmo sob a acao de uma tensao remota muito inferior
ao limite de fadiga convencional do material ocorria a ruptura do espécime, ou seja,
o fretting provoca uma reducao substancial no limite de fadiga do material. Apenas

nos dois tltimos testes, em que o campo de tensao remoto era puramente compressivo,

vi



os corpos de prova nao falharam, mesmo assim ainda foi possivel constatar a presenca
de trincas nao propagadas dentro da zona de escorregamento. Tais trincas mostram o

forte papel do fretting no processo de iniciacao de trincas prematuramente.
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ABSTRACT

DESIGN OF AN EXPERIMENTAL APPARATUS AND STRENGTH FRET-
TING FATIGE EVALUATION

The aim of this work is to propose a methodology to estimate the fatigue strength
limit under fretting conditions which was validated for experimental results taken from
the literature. This methodology is founded on the use of the Theory of Critical
Distance (Line Method) associated with the multiaxial fatigue model proposed by
Susmel & Lazzarin (Modified Wohler Curve Method). The results provided by the
Line Method and the Point Method were compared showing that the Line Method was
less conservative than the Point Method. The Line Method has correctly evaluated,
rightly, the fatigue strength for 26 of 29 experimental tests, against 23 of 29 for the Point
Method. Both methods were also compared concerning their sensibility to an increase
or decrease of 10% on the value of the material parameter that determine the critical
distance which was used to apply the multiaxial fatigue model. The results have shown
that the Line Method is less sensitive than the Point Method to this parameter for high
stress gradients. It is also shown in this work the conception, design, and verifying
tests of an Experimental Apparatus for conduct experimental tests of fatigue under
fretting conditions. The Apparatus was conceived to be assembled in a universal tests
machine MTS e work as a spring reacting to specimen deformation, caused by bulk load
applied by MTS, producing the shear load. It is included details as: working principle,
instrumental calibration, measuring of the stiffness of the Apparatus, alignment of
fretting pads using pressure sensitive film and evaluation of the friction coefficient in
the slip zone. In order to finish this work it was conducted a series of fretting fatigue
tests on a Al7050 — T'7451 alloy where were kept constant the peak pressure, the bulk
stress amplitude and the ratio @/P, and it was changed the mean bulk stress. The
tests have shown that even experiencing a bulk stress much lower than the material
plain fatigue strength the specimen failure still takes place, in other words, the fretting
causes a substantial decrease in the fatigue limit of the material. Only the two last
tests, which the bulk stress field was purely compressive, the specimens did not failure,
even so it was verified nonpropagated cracks on the slip zone. Such cracks show the

strong influence of the fretting phenomena in speeding up the crack nucleation.
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1 INTRODUCAO

1.1 CONTEXTUALIZAGCAO E O ESTADO DA ARTE

O termo fretting denota um pequeno movimento oscilatorio, da ordem de microns, entre
superficies em contato que ocorre, inevitavelmente, em montagens de componentes
mecanicos sujeitos a vibracao. Esse micro escorregamento causa danos superficiais ao
nivel da rugosidade levando a nucleacao de trincas de forma prematura. Na presenca
de uma tensao remota ciclica, essas trincas podem levar a uma falha catastrofica do

componente, fenomeno chamado de fadiga sob condigoes de fretting.

Muitos materiais de engenharia tém aplica¢coes onde componentes estruturais sao sub-
metidos a condicoes de fretting como, por exemplo, juntas parafusadas e rebitadas,
acoplamento de eixos com engrenagens e/ou rolamentos, na interface da montagem
das palhetas com o disco de turbinas ou compressores (Ruiz et al., 1984; Ruiz e Chen,
1986; Ruiz e Nowell, 2000), nas juntas rebitadas da fuselagem de aeronaves (Harish
e Farris, 1998; Farris et al., 2000), etc. Testes experimentais tém mostrado que a
ocorréncia da fadiga por fretting pode produzir reducao de até 90% na resisténcia a
fadiga de um material metalico (McDowell, 1953). Segundo Thomson (1998), a fadiga
por fretting causa cerca de 17% das falhas ou contratempos nos sistemas de propulsao
aeronauticos. Montagens tipo "rabo de andorinha"na raiz de pa de turbinas, Fig. 1.1
(a), e juntas rebitadas Fig. 1.1 (b), sao configuragoes de grande interesse pratico em

uma gama de sistemas mecanicos.

No setor aeroespacial, as exigéncias de alta confiabilidade, baixo peso estrutural, longa
vida operacional, fazem do mesmo o seguimento da indistria mais afetado pela fadiga
por fretting e, conseqiientemente, o mais interessado no seu estudo. Outros sistemas
mecanicos com danos menos criticos que as aeronaves, mas ainda com grande importan-

cia econdmica, também sofrem com falhas de componentes devido a fadiga por fretting.
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Figura 1.1: Exemplos de montagens mecénicas mostrando onde as trincas ocorrem preferen-
cialmente:a) Fixacao tipo "rabo de andorinha"; b) junta rebitada.

Alguns exemplos desses sistemas sdo (Hoeppner, 1992): trens, automaoveis, caminhdes,

onibus, cabos de aco e implantes ortopédicos.

O fendmeno de fretting tem sido reconhecido e estudado a mais de um século. Inicial-
mente, foi reconhecido como um fenémeno de dano superficial; essencialmente o que
se chama hoje de desgaste por fretting. A primeira referéncia literaria registrada é um
artigo de Eden et al. (1911). Esses autores reportam a presenca de residuos de fretting,
interpretado como 6xido de ferro, na regiao da interface de contato. Embora a fadiga
por fretting nao seja especificamente mencionada, o contato em questao foi entre gram-
pos e corpo de prova em um teste de fadiga plana. De fato, o contato entre um corpo
de prova e grampos foi usado como base de testes de fadiga por fretting por Hutson
et al. (2003). Seguido das primeiras investigacoes, o fretting foi associado com uma
reducao da vida a fadiga e o termo "fadiga por fretting"entrou em uso comum para
descrever situacoes onde o microdeslizamento entre superficies em contato aparenta
reduzir a vida a fadiga quando comparada a um componente plano. Tomlinson (1927)
propos que o deslocamento tangencial entre as superficies em contato era o principal
parametro que controlava este fenomeno. Mais tarde, Warlow-Davis (1941) observou
que componentes inicialmente submetidos a condicoes de fretting e posteriormente car-
regados ciclicamente apresentavam um decréscimo de 13 a 17% na resisténcia a fadiga.
Por outro lado, MacDowell (1953) concluiu que componentes sujeitos conjuntamente
a fadiga convencional e a fretting apresentavam um decréscimo da ordem de 50 a 80%

na resisténcia a fadiga (convencional).

Brambhall (1973) observou o efeito do tamanho do contato na vida a fadiga, apos a re-



alizacao de uma série de experimentos onde mantinha-se o estado de tensao superficial
constante de teste para teste, mas variava-se o tamanho do contato. Para qualquer
tamanho de contato inferior a um tamanho critico observou-se que a vida era infinita
(> 107 ciclos), enquanto que para maiores tamanhos de contato a falha ocorria. Poste-
riormente, outros pesquisadores (Nowell, 1988; Aratijo, 2000) confirmaram a existéncia

deste efeito para outros materiais.

Atualmente o estudo de fadiga sob condicoes de fretting tem sido classificado dentro

de trés abordagens (Ciavarella, 2001):

(i) abordagem dos microdeslocamentos.
(ii) abordagem baseada na mecanica da fratura.

(iii) abordagem que estabelece analogia com fadiga em entalhes.

O primeiro tipo é abordagem do ponto de maximo dano o qual é obtido pelo produto da
méaxima tensao cisalhante na superficie de contato no ciclo de carregamento pelo valor
do micro deslocamento entre as superficies de contato. Investigacoes experimentais
em juntas tipo "rabo de andorinha"em pas de turbina foram feitas por Ruiz e Chen
(1986), onde se constatou experimentalmente uma correlagao entre a regiao de inicia¢ao
de trinca e a regiao onde o produto acima é maximo. O segundo tipo de abordagem usa
conceitos de mecanica da fratura para prever crescimento de trincas usando o campo
de tensio na regido do contato. E portanto uma metodologia que nao foca na iniciacio

da trinca, mas sim verifica se uma trinca pode levar ou nao um componente a falha.

Esse trabalho usa o terceiro tipo de abordagem considerando que a fadiga por fretting
pode ser considerada um problema de fadiga em corpos entalhados. Isso minimiza o
efeito do desgaste superficial e maximiza o efeito da concentragao de tensao na regiao do
contato. Giannakopoulos et. al. (2000) observaram que o campo de tensdo resultante
do contato entre uma sapata plana com cantos arredondados e um semi-plano era
similar ao campo de tensao de corpos entalhados e sugeriram que dever-se-ia explorar

esta caracteristica para estabelecer metodologias de previsao de vida ou resisténcia a



fadiga por fretting. Taylor (2000) estudando componentes de suspensao de automdveis
mostrou que a falha por fadiga pode nao ocorrer na descontinuidade geométrica que
gera a maior concentracao de tensao. Mais especificamente, observou-se que a falha

ocorreu em uma regiao com menor concentracao de tensao e baixo gradiente.

Observou-se que a descontinuidade geométrica em que a tensao superficial era maior
e o gradiente de tensao alto nao correspondeu a regiao de falha. A mesma ocorreu
em outra descontinuidade onde a tensao superficial era menor e o gradiente de tensao
era baixo, possuindo portanto uma tensao sub-superficial maior. Isso mostrou que a
resisténcia a fadiga em regioes entalhadas deve ser governada pelo nivel de tensao em

volume material, ou zona de processo, e nao apenas na superficie.

Esse volume esté associado a um parametro material cujo valor pode ser obtido ex-
perimentalmente. Susmel et al. (2004) relatam o valor dessa distancia critica para
diferentes ligas metalicas. Devido a multiaxialidade do campo de tensao associado a
entalhes, Susmel e Taylor (2004) correlacionaram o método da distancia critica (MDC)
de Taylor ao método da curva de Wéhler modificada. Em contatos mecanicos também
se verifica concentracao de tensoes e multiaxialidade do campo de tensao proximo ao
contato. Na primeira parte dessa dissertacao propoe-se estender estender a metodolo-
gia desenvolvida por Susmel e Taylor (2004) para prever o comportamento a fadiga sob

condicoes de fretting.

Fouvry et. al. (1998 e 2002) utilizaram de experimentos com contatos esfera-plano
sob condicoes de escorregamento parcial para validar a aplicacao de alguns critérios de
fadiga multiaxial e verificaram que os resultados obtidos nao eram satisfatorios quando
o campo de tensoes apresentava severos gradientes. Aratijo e Nowell (2002) conduziram
uma abordagem similar utilizando os critérios de plano critico de Smith, Watson e Top-
per (1970) e de Fatemi e Socie (1988) verificando que melhores resultados poderiam ser
obtidos utilizando uma zona de processo que nao pareceu a principio ser caracteristica
propria do material. A abordagem foi confrontada com dados experimentais envol-
vendo o contato entre cilindros. Tais dados eram caracterizados pela existéncia de um
tamanho de contato critico abaixo do qual a vida em fadiga por fretting era infinita,

apesar da magnitude do campo de tensoes superficial ser idéntica para os diferentes



testes. Em trabalhos posteriores Aratjo e Mamiya (2003) e Araijo et al. (2004) ver-
ificaram que o modelo mesoscopico proposto por Dang Van (1989) também nao era
capaz de prever o efeito do tamanho do contato sobre a resisténcia a fadiga a nao ser

que uma média das tensoes dentro de uma zona critica fosse considerada na anélise.

1.2 OBJETIVOS

A primeira etapa do presente trabalho tem como objetivo propor uma metodologia
para verificar a resisténcia a fadiga sob condicoes de fretting. Para tal serd usada a
abordagem proposta por Susmel e Taylor (2003) para estimar a resisténcia a fadiga de

componentes com concentradores de tensao.

Em uma etapa posterior do trabalho tem-se como objetivo projetar, construir e comis-
sionar um aparato experimental para realizacao testes de fadiga sob condicoes de fret-

ting em uma liga de aluminio aeronautico.

1.3 APRESENTACAO DO MANUSCRITO

O Capitulo 1 contém uma breve revisao historica dos principais trabalhos desenvolvidos
no estudo do fendmeno da fadiga sob condi¢oes de fretting. Posteriormente, apresenta-
se no Capitulo 2 a formulacao e solu¢ao do problema do contato elastico entre cilindros.
Os Capitulos 3, 4 e 5 sao dedicados & uma revisao tedrica dos problemas de mecanica
da fratura, de fadiga uni e multiaxial e do método da distancia critica. Também
no Capitulo 5 propoe-se uma metodologia para avaliacao da resisténcia a fadiga sob
condigoes de fretting analoga a desenvolvida por Susmel e Taylor (2003) para entalhes.
No Capitulo 6 sao apresentados os dados experimentais para os quais as analises foram

conduzidas e os resultados obtidos com o uso da metodologia proposta.

Os Capitulos 7 e 8 formam a segunda parte desse trabalho a qual consistiu no projeto,
construgao, calibracao e comissionamento de um aparato experimental para realizacao

de teste de fadiga sob condigoes de fretting. Mais especificamente, o Capitulo 7 trata
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da concepcao do aparato, de sua modelagem matemaética elucidando o seu principio de
funcionamento e o modo de variacao dos parametros de teste. O Capitulo 8 expde os
resultados dos testes de comissionamento e calibragao de instrumentacao. Também sao
descritos os procedimentos necesséarios para medigao do coeficiente de atrito, parametro
fundamental para o calculo do campo de tensao. Ainda no Capitulo 8 apresenta-se os
resultados de testes com a liga Al7050 — T'7451, onde avaliou-se a influéncia da tensao
remota média na resisténcia a fadiga por fretting. No Capitulo 9 sao apresentadas as

conclusoes do trabalho e as propostas para trabalhos futuros.



2 MECANICA DO CONTATO

2.1 INTRODUCAO

Os problemas reais de fretting geralmente envolvem componentes mecanicos de grande
complexidade como por exemplo juntas parafusadas de tubulacoes sujeitas a altas
pressoes. Nestes casos é quase impossivel considerar que se faca uma modelagem
do problema sem usar um método numeérico, geralmente elementos finitos. Deve ser
lembrado que para modelar esse tipo de problema requer-se consideraveis cuidados:
nao somente refinar a malha cuidadosamente nas vizinhancas do contato, mas também

muitos outros aspectos como convergéncia dos resultados e outros devem ser analisados.

Isto ira inserir certas imprecisoes na solugao, particularmente na posicao das regioes
de escorregamento e adesao do contato, as quais sao relativamente dificeis de lo-
calizar. Sendo assim, para estudos com fins de caracterizagao fenomenologica da
fadiga sob condicoes de fretting, é preferivel utilizar dados de testes que empreguem
geometrias idealizadas e bem definidas de modo que a natureza do contato e das
tensoes/deslocamentos induzidos pelo contato sejam bem definidos, facilmente con-

trolaveis, possuam repetibilidade e pequena sensibilidade a imperfeicoes de fabricacao.

Assim, neste trabalho sera estudado o fenémeno de fadiga por fretting em contatos
entre cilindros e planos cujo campo de tensao possui solucao analitica bem definida
(Hills e Nowell, 1994) e foi adotada por outros pesquisadores (Nowell, 1988; Araujo,
2000; Fouvry et. al, 2004), tendo-se a disposi¢ao um grande nimero de dados experi-
mentais disponiveis para o desenvolvimento de metodologias de previsao de resisténcia
a fadiga sob condigoes de fretting. No capitulo 6 serd dado maiores detalhes dos dados

experimentais utilizados.



2.2 TENSOES SUPERFICIAIS

O primeiro passo para se obter uma solucao para o campo de tensoes interior ao contato
é resolver o proprio problema de contato, isto ¢, achar a magnitude e a distribuigao
das tensoes na superficie de contato. Uma grande quantidade de problemas de contato
pode ser solucionada usando duas equacoes integrais que relacionam a distribuicao de
pressao, p(z), ao deslocamento normal, h(z), e a tensdo cisalhante superficial, ¢(zx), ao
deslocamento tangencial relativo, g(x). Detalhes referentes a formula¢do do problema
de contato podem ser encontrados em Hills et al. (1993) e Johnson (1985). Aqui,

apresenta-se entretanto as equacoes integrais para dois corpos similarmente elasticos:

1oh 1 [p()dC

FY il 21)
e

1dg 1 [q(Q)d¢

protl (22)

onde A é a complacéncia composta que é definida como:

A:z(’z;l>, (2.3)

sendo k = 3—4v no estado plano de deformacao, v é a razao de Poisson e p é o modulo

de rigidez.

2.3 CARGA NORMAL

A configuracao de interesse neste trabalho, que ja foi adotada em testes de fadiga por
fretting por outros pesquisadores (Nowell, 1988, Aratijo, 2000) é mostrada na Fig. 2.1.

O raio da sapata, R, e o carregamento normal por unidade de comprimento, P, foram
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definidos considerando cada corpo como um semiplano elastico. Assim, a solucao para
a distribuicdo de pressdo é a Hertziana. Os resultados de Hertz (1882) prevéem que

devido a forca normal estatica, uma distribuicao de pressao eliptica é desenvolvida:

Figura 2.1: Contato entre dois corpos elasticamente deforméveis submetidos a for¢ga normal,
P, e tangencial, Q.

N

p(z) = —poy/1 — (—) , (2.4)
onde py é o valor maximo da pressao no contato, obtida a partir da condicao de equi-
librio

2P

= _ 2.5
Po 7ra’ ( )

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

e R, e I* sao definidos pelas relacoes:

1 1\*
Ry={—=—+—1 |, 2.7
q (R1+RQ) (2.7



]_—V12 ].—V22
o . 2.8
( 1 (238)

Os subscritos 1 e 2 referem-se aos corpos 1 e 2 respectivamente, FE é o modulo de

elasticidade e v é o coeficiente de poisson.

24 CARGA TANGENCIAL

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

denominada de zona de escorregamento situada entre as estremidades do contato e da

o0 | P
] Zona de Escorregamento
E Zona de Adesdo

—>

e G (1)

Figura 2.2: Regioes de escorregamento e de adesao para o contato entre cilindros em regime
de escorregamento parcial.

zona de adesao (Fig. 2.2).

Portanto, parece conveniente modelar as tensdes superficiais cisalhantes como uma

perturbacao da solucao de escorregamento total:

¢(x) = fpoy/1— <£>2 —q (). (2.9)



Na zona de adesdo, pode-se obter ¢ (z) resolvendo-se a Eq. 2.2 (Hills et al., 1993) e
levando em consideragao o fato de que nao ha movimento relativo na dire¢ao = entre

pontos correspondentes da regido de adesdo (g(x) = 0,Vx € |z| < ¢). Portanto,

¢ (x) = fpog\/ 1- (%)2 (2.10)

Na zona de escorregamento (¢ < |z| < a) obviamente nido ha perturbacdo na solucao

completa, assim:

g(x)=0 Vrec<|z|]<a. (2.11)

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

tangencial.

R . (2.12)

A Figura 2.3 mostra a distribuicao de pressao e das tensoes cisalhantes no contato para
uma configuracao tipica de carregamento. Pode-se notar que na regiao central ou de

adesao, as tensoes cisalhantes sao menores devido a perturbacao na solucao.

As expressoes desenvolvidas até agora para a distribuicao da tensao cisalhante na su-
perficie do contato sao aplicaveis somente quando a forca tangencial atinge seu valor
maximo no ciclo de carregamento. Para analisar as tensoes superficiais e, conseqiien-
temente, a tensao e/ou deformagao em outro instante qualquer do ciclo de fretting, é
necessario avaliar o que ocorre no carregamento reverso. Serd apresentado neste tra-
balho uma forma resumida para a resolucao desse tipo de problema sendo que maiores

detalhes poderao ser encontrados em Hills et al. (1993).
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Figura 2.3: Perfil da distribuig@o de pressao e tensao cisalhante para uma configuracao tipica

de carregamento, Q/fP = 0.59.

Para continuar essa anélise é aconselhdvel recordar as condigoes de contorno dentro
das zonas de adesao e de escorregamento na interface do contato. Para qualquer ponto
x dentro da zona de escorregamento, as tensoes superficiais sao relacionadas pela con-

hecida lei de Amontons (1699, apude Nowell and Hills, 1994).

lq(x)] = —fp(x). (2.13)

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

fornecendo:
0
sgn(q(z)) = —sgn <a—g> , (2.14)

onde % é a taxa de deslocamento na direcao .

Na regiao central, onde nao ha deslocamento relativo entre particulas correspondentes,
as tensoes cisalhantes superficiais tém que ser menores que o valor limite de friccao,

assim:

()] < —fp(x). (2.15)
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Para a determinacao das tensoes superficiais cisalhantes, contar-se-4 com o apoio da
Fig. 2.4, que descreve a variagdo da carga tangencial ) com o tempo t (Q(t) =
Qmazsin(wt)). Durante a primeira fase de carregamento, ou seja, quando o carrega-
mento tangencial parte do zero e atinge seu valor maximo, ponto A da Fig. 2.4, as Eq.
2.9 a 2.11 descrevem apropriadamente a varia¢ao de ¢(z). Porém, durante o descarrega-
mento do ponto A para o ponto B, o deslocamento relativo muda de sinal, provocando
a violacao da Eq. 2.14 e a adesao em todo o contato. Continuando o descarrega-
mento até o ponto C', verificar-se-4 um escorregamento reverso a partir dos limites da
regido de contato. Nesta nova zona de escorregamento (¢ < |z| < a), as tensdes cisal-
hantes superficiais terdo mudado de fp(z)y/1 — (f)z para —fp(x)y/1 — (§)2 Assim,
por analogia, é possivel concluir que, dentro das zonas de adesao, a tensao superficial

corretiva necessaria para prever escorregamento, sera dada por:

q () = 2fpo%/\/ 1- (g)z (2.16)

Qmax

\. //’
F
'Qmax De /

Figura 2.4: Variacao do carregamento cisalhante ) com o tempo ¢.

Note que o fator dois, na Eq. 2.16, deve cancelar o deslocamento relativo quando as ten-
soes superficiais na zona de escorregamento passam a ser calculados por 2fp(z)4/1 — (f) ?
ao invés de fp(x)y/1— (%)2 como ocorre durante a fase de carregamento. As dis-
tribuicoes das tensoes cisalhantes superficiais para cada regiao durante a fase de descar-

regamento sao apresentadas na Tab. 2.1.

O tamanho da nova zona de adesao em qualquer instante ¢ de carregamento é obtido da
condigao de equilibrio (onde s; = 1 para situagao de descarregamento e carga minima,;

e s; = —1 para recarregamento e carga maxima) o que fornece:
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Tabela 2.1: Tensoes superficiais cisalhantes para cada regido durante a variagdo do carrega-
mento tangencial com o tempo.

q(z)/ fro Zona de Aplicacao
_\/1—(§2 d <|z|<a
2 4 2 /
—/1—(%)"+2¢< 1—(0%) c< x| <e

@ i- () - 5/1m 0 s

ﬂ _ \/1 B (Qm%};@(ﬂ)_ (2.17)

A Figura 2.5(a) mostra a variagdo das tensoes cisalhantes superficiais para diferentes

valores de @), correspondentes aos pontos A, C, D, E e F do ciclo de fretting mostrado
na Fig. 2.4. E importante notar que as tensoes cisalhantes superficiais para valo-
res extremos do carregamento tangencial (pontos A, +Qmaz, € F;, —Qumas) S30 iguais
e opostas. Além disso, observa-se, que depois da remocao total da forca cisalhante
(ponto D), tensdes cisalhantes superficiais nao nulas, mas em equilibrio, persistem.
Isso significa que o atrito no contato é nao linear e as tensoes cisalhantes superficiais
e, conseqlientemente, as tensoes e deformacgoes nos corpos em contato sao dependentes
da historia de carregamento. Portanto, a aplicagao do principio de superposicao tem

de ser exercitado com cuidado em problemas de contato com atrito.

2.5 CARGA REMOTA DE FADIGA

Se uma carga de fadiga B(t) remota ao contato e moderada, ocasionado na tensao
remota de fadiga op = 0pmassin(wt), é aplicada ao corpo de prova em fase com a
carga de contato tangencial (Fig. 2.2), um deslocamento da zona de adesdo, e (nos
pontos méaximo e minimo de B) ou ¢ (durante o descarregamento ou recarregamento
de B), sera produzido. Pode-se computar o valor deste deslocamento usando-se as Eq.
2.18 e 2.19. Novamente, os detalhes relativos a obtencao destas expressoes nao serao

apresentados, mas o seu desenvolvimento pode ser encontrado em Hills et al.(1993).
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(a) oB/po =0 (b) o5/po = 0.5904

Figura 2.5: (a) Variacao das tensoes cisalhantes superficiais em diferentes instantes do car-
regamento ciclico tangencial. @/fP variando entre +0.6. (b) Efeito da carga remota sobre

tensoes cisalhantes superficiais mostradas em (a) para UBI’)% variando entre £0.59.
e o
= M’ (2.18)
a 4fpo

!

6_ _ OB,max — SIUB(t) (2 19)

a 8fpo

A Figura 2.5(b) mostra a historia das tensoes cisalhantes superficiais para uma combi-

nacao das cargas cisalhante e remota. Percebe-se claramente o deslocamento da zona
de adesao devido a presenca da carga remota. Deve-se ressaltar que a formulagao
desenvolvida acima para o deslocamento da zona de adesao, é somente valida para
pequenos valores da carga de fadiga, que ird produzir (e + ¢ < a) e (¢ + ¢ < a).
Para carregamentos maiores, o tamanho e a posicao da zona de adesao precisam ser
calculados numericamente, por exemplo, usando otimizagao quadratica (Nowell e Dai,

1998).

2.6 CAMPO DE TENSAO CiCLICO NA REGIAO DO CONTATO

O campo de tensao interior ao contato resultante pode ser obtido pela superposicao
dos campos tensoes gerados por p(z) e g(z), embora a variagao originada pelos termos

de perturbacdo, ¢’ (z) e ¢"(2), tera que ser levado em conta. E particularmente impor-
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tante notar que quatro diferentes combinacoes de superposicao serao necessarias para
descrever o campo de tensao nos estados de carregamento maximo e minimo e durante
o descarregamento e recarregamento. Assim, o tensor tensao para este problema de

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

z Y n(z Yy t(z Y t(z—e Y
J(a’a) — g (a’a) j:fa- (a’a) :Fffa- ( c ’c) +O-B(t), (220)
Po Po Po a Po Po

para os instates em que Q(t) = Qmaz € Q = Qmin, €

" n(x . , :tfe/(t)
()o@, oGy, c0” (Fa )

= -
Po Po Do a Do
o.t x—e’ Yy t
a Po Do
durante o descarregamento e o recarregamento, onde,

1 00
op=op(t)| 0 0 0 |- (2.22)

0 00

No instante de Qqz, 0 sinal do 29 termo da equacao 2.20 é positivo, enquanto o sinal
do 39 termo é negativo. Os sinais se invertem na ocorréncia de Q,. Ja, durante
o descarregamento, o sinal do 2° termo da equacdo 2.21 é negativo, o do 3° termo é
positivo e o do 49 termo ¢é negativo. Da mesma forma como acontece com os sinais nos
instantes de carga maxima e minima, os sinais se invertem durante o carregamento.
Os sobrescritos n e t referem-se aos tensores de tensao produzidos pelos carregamentos

normal e tangencial, respectivamente.

Estes tensores podem ser avaliados usando-se a funcao potencial de Muskhelishivili,
Eq. 2.23, (Muskhelishivili, 1953, Hills et al., 1993) e considerando um estado plano
de deformacao. O sistema de coordenadas é o mesmo da Fig. 2.1 sendo z = x + 1y

(i=unidade imaginaria) a coordenada complexa e sy = sgn(z) o sinal de .
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6(2) = —22(i+ f) (2= sV = @?). (2.23)
a
Derivando Eq. 2.23 tem-se:

¢(2) =261 5 (z . 324) . (2.24)

2a 22 _ g2

O conjugado da fungao Potencial de Muskhelishivili,

o(2) = —%(—i + f) (2 — $9V 2?2 — a2) . (2.25)

Por fim, a fun¢ao conjugada do conjugado de z,
Z(= _ _DPo, . _ 5 2
0(z) = -5 (=i+f) (2—82 z —a)‘ (2.26)

Assim, as Eqs. 2.23 a 2.26 o estado de tensao pode ser calculado das Eqs. 2.27 e 2.28

usando-se aritmética complexa em um c6digo computacional.

Ors + 0y = 2 (6(2) + 5() (2.27)

Oy — Ouw + 20Ty = 2 ((Z — 2)¢/(2) — ¢(2) — ¢(2)) (2.28)

Vale lembrar que as componentes de tensao das Eq.2.27 e 2.28 sao a superposicao das

tensoes devido a cargas estaciondrias P e (), ou seja,

O = O+ 0L, (2.29)
Oyy = 0y, + 0y, (2.30)
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Toy = Toy + T (2.31)

Ty Ty

Para separar essas componentes n e t basta resolver inicialmente as Eqs.2.27 e 2.28
utilizando-se nas Eqs. 2.23 a 2.26 um fator de atrito ipoteticamente nulo f = 0 e

somar as Eq.2.27 e 2.28, o que leva a,

((z) = ol +irl, = (2 - 2)8'(2) + 8(2) — 8(2), (2.32)
obtendo-se,

o" = Real(C(2)) (2.33)

= Imag((()) (2.34)

o, =2(8(2) + 6(2)) — o, (2.35)

Utilizando-se agora nas Eqs. 2.23 a 2.26 o fator de atrito do problema de contato

f # 0, e somando-se as Eq.2.27 e 2.28 tem-se,

£(2) = oyy +iTey = (Z— 2)¢(2) + 6(2) — 6(2), (2.36)
de onde obtendo-se,
0,y = Real(£(2)), (2.37)
Toy = Imag(§(2)), (2.38)
Oue =2 (0(2) + 6(Z)) — 0y (2.39)
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E finalmente, substituindo as Eqs. 2.37 a 2.39 e as Eqgs. 2.33 a 2.35 nas Eqgs. 2.29
a 2.31 obtem-se as componentes devido a carga () com sobrescrito t. Nas Eqgs. 2.21

e 2.20, os termos o'[(z — €'(t))/c (t),y/c (t)] e o'[(x — e)/c,y/c] podem ser obtidos

pelo mesmo procedimento, mas efetuando-se uma mundanca de variaveis de x/a para

(x —€'(t))/c(t) ou (x —€)/c e de y/a para y/c (t) ou y/c, respectivamente.
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3 CONCEITOS BASICOS DA MECANICA DA FRATURA

3.1 INTRODUCAO

Fratura é um processo nao homogéneo de deformacao do material que causa a sepa-
racao de um corpo em duas ou mais partes. O processo de nucleagao de trincas devido
a aplicagao de cargas ciclicas que pode culminar na fratura de componentes mecanico
é conhecido como fadiga, e essa é reconhecidamente a maior causa de falha de com-
ponentes mecanicos. E conveniente dividir o fenémeno de fratura por fadiga em trés
etapas: (i) iniciagao de trincas; (ii) propagagao da trinca, onde se avaliaria a trinca até
um tamanho critico suportado pelo componente; e (ii7) a ruptura ou falha catastrofica
da estrutura. A mecanica da fratura é a ciéncia que estuda as etapas (i) e (ii7) deste

fendmeno.

3.2 DISTRIBUICAO DE TENSAO NA PONTA DE TRINCA

Uma trinca em um so6lido pode se propagar em diferentes modos, como ilustrado na

Fig. 3.1. Os modos I, II e III de propagacao de trinca sao denominados por "modo

nn

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

Considere uma trinca de comprimento 2b em um plano infinito sujeita a uma tensao
o no modo I. Um elemento dxdy do plano a um distancia r da ponta da trinca e a
um angulo 6 em rela¢do ao plano da trinca (Fig. 3.2), experimenta tensoes normais
Ozz € Oy € uma tensao cisalhante 7,,. De acordo com a teoria da elasticidade pode se

mostrar que estas tensoes sao dadas pelas relacoes:

Ogx =

oV CoS i (1 si 0 si 39) +
— — — sin — sin —
\2mr 2 2
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Figura 3.1: Modos de propagacao de trinca.

AEERERNERRRRERNAL

Figura 3.2: Trinca em um plano infinito sujeita a tensdo normal.

vrb 0 6 7
ayy:U T Cos—<1+sin—sin3—>+--- (3.1)

V2mr 2 2 2

ovth 6 0 30

Toy = sin — cos —cos — + - - -

V2mr 2 2 2

O lado direito da igualdade para o conjunto de equagoes dado em 3.1 representa o

primeiro termo de uma expansao em série, somente valido para r < b. Elas mostram

que 0 — oo quando r — 0 (ponta da trinca) e que as mesmas sao produto da posigao

geométrica (1/v/277)f(0) e de um fator ov7b, que é chamado de fator intensidade

de tensao do modo I, K;. O fator intensidade de tensao determina a magnitude das

tensoes elasticas nas proximidades da ponta de trinca. K foi obtido considerando (i)
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r<0,1xb
r, <b/50

Zona Plastica

Regido de
Domindncia de K

Figura 3.3: Zonas plastica e de dominancia de K na ponta de uma trinca

apenas o 1° termo de uma expansiao em série (para os termos subseqiientes, a tensao
¢ proporcional a poténcias de r) e (i) uma analise linear e elastica. Portanto, a
aplicabilidade de K esté restrita a regides proximas da ponta da trinca(r < 0.1b,Wilks
1994), onde r < b e a condigoes de escoamento de pequena escala, ou seja, a regiao

plastificada na frente da trinca deve ser muito menor que a regiao de dominancia de

K.

3.3 PROPAGACAO DE TRINCA

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

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

db

%= f(AK) (3.2)
onde db/dN é a taxa de crescimento da trinca, N é o niamero de ciclos de fadiga e AK é
a faixa de variacao do fator intensidade de tensao que ocorre na ponta da trinca. Se os
resultados de um grande niimero de testes forem dispostos em um diagrama com escalas
logaritmicas de db/dN contra AK obtém-se graficos do tipo mostrado na Fig. 3.4. No
ponto onde a curva toca o eixo AK se obtém um valor que é caracteristico do material,
o qual é denominado de fator de intensidade de tensao limiar, AKy,. Para valores de

AK igual ou inferiores a AKy, a taxa de crescimento da trinca é considerada nula. No
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estagio 1 de crescimento, ha um forte aumento de taxa de propagacao da trinca com

AK. O estagio 2, parte linear do gréfico, pode ser descrito pela Lei de Paris (Paris,

lor(dbj A
Sl

1961).

Estagio 1 | Estagio 2

Estagio 3

log(AK,) log(ZK)

Figura 3.4: Taxa de crescimento da trinca como fungao de AK.

db

— = B(AK)™ 3.3
o = B(AK) (33)
onde B e m sao constantes do material. Finalmente, no estigio 3 a trinca se torna tao

grande que a zona plastica na ponta da trinca comeca a dominar o seu comportamento

e o componente falha.

3.4 TRINCAS CURTAS

A caracterizacao do crescimento de trincas de fadiga em termos da Mecanica da Fratura
Linear Elastica apoia-se em dados experimentais de fadiga obtidos de corpos de prova
contendo trincas “longas”. Existe, entretanto, um grande ntimero de componentes sob
condicoes criticas de fadiga, tal como pas e discos de turbinas, cujo projeto requer
um entendimento das caracteristicas de propagacao de trincas de dimensoes bastante

reduzidas.

A taxa de crescimento de trincas curtas pode ser significativamente maior que a corre-
spondente taxa para trincas longas quando caracterizadas em termos do mesmo fator

intensidade de tensao. Mais ainda, observa-se que pequenas trincas crescem a taxas
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consideraveis quando o AK nominal é menor que o fator intensidade de tensao limiar

A Ky, obtido para trincas longas.

A primeira observacao relatada de crescimento acelerado de trincas curtas de fadiga é
atribuida a Pearson (1975), que examinou os efeitos do tamanho da trinca nas taxas
de propagacao para uma liga de aluminio endurecida. Ele observou que trincas curtas
superficiais(0.006 até 0.5mm de profundidade) cresciam 100 vezes mais rapido que
trincas mais longas, com dezenas de milimetros de tamanho, quando submetidas ao
mesmo AK nominal. Esta investigacao indicou também a possibilidade do avanco de
trincas curtas submetidas a faixas de tensao nominal abaixo do limiar para trincas
longas. Estudos posteriores (Lankford, 1882 e 1986, Miller et al., 1986, e Kitagawa
e Tanaka, 1990) considerando diferentes materiais tém mostrado varias aceleragdes e
desaceleragoes transitorias associadas com o crescimento subcritico de trincas curtas
de fadiga. Smith et al. (1996) estudaram o comportamento de trincas curtas em uma
super liga de niquel conhecida como Waspaloy a qual é usada para fabricacao de pas
de turbinas e compressores em motores de aeronaves. Aceleracoes e retardos na taxa
de crescimento da trinca sao observados com o crescimento do seu comprimento até
que esta se torne uma trinca longa, cujo comportamento é caracterizado pela Mecanica
da Fratura Linear Elastica. Em geral, o retardamento da trinca ocorre quando a sua
ponta alcanca algum tipo de barreira microestrutural, como por exemplo o contorno
de grao. Na verdade, a interacao da ponta da trinca com o contorno de grao pode ter

as seguintes conseqiiéncias:

(i) Um retardo na taxa de crescimento da trinca ocorre até que a zona plastica atinja

um tamanho consideravel dentro do grao vizinho;

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

na ponta da trinca forem bloqueadas pelo contorno de grao;

(iii) Uma mudanga na forga motriz na ponta da trinca provocada pela sua deflexdo
e pela sua reorientacao cristalografica a medida que ela atravessa o contorno de

grao.
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Figura 3.5: O efeito do tamanho da trinca na (a) tensao limiar e no (b) fator intensidade de
tensdo para uma larga variedade de ligas de engenharia (Kitagawa-Takahashi, 1976).

3.4.1 Diagrama de Kitagawa e Takahashi (K-T)

Considerando dados para trincas curtas obtidos para uma larga variedade de mate-
riais, Kitagawa e Takahashi (1976) demonstraram que existe um tamanho critico ou
intrinseco by abaixo do qual AK};, decresce com o decrescimento do tamanho da trinca.
Para b < by, observou-se (Fig. 3.5(a)) que a condi¢ao limiar é caracterizada por uma
faixa de tensao critica Aoy, a qual se aproxima do limite de fadiga para corpos lisos
Acyg. Para b > by, também observou-se que AKy, é independente do tamanho da
trinca(Fig. 3.5(b)). Este valor de AK serd denominado, deste ponto em diante, de

faixa de fator intensidade de tensao limiar para trincas longas ou AKj.

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

intensidade de tensao de uma trinca de comprimento efetivo (b + by).

AK = Aor/7(b+ by), (3.4)

onde Ao é a faixa de tensao aplicada, e by é o tamanho intrinseco da trinca, uma

constante para um dado material.

A Equacao 3.4 é uma simples formulacao empirica, sem interpretacao fisica, que prediz
maiores valores de AK para trincas curtas a partir da adicao do termo by. A tensao

limiar para trincas curtas ird se aproximar do limite de fadiga do material Aoy, obtido
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a partir de espécimes lisos. Note que, da Eq. 3.4 o fator intensidade de tensao limiar

pode ser obtido como:

AKO = AO’fl\/ 7Tb0. (35)
Assim,
by = ~ AKy)* (3.6)
0~ ™ AO’fl ’ ’

em uma trinca de um tamanho efetivo (b + by), a tensdo limiar é obtida da Eq. 3.4

comao:

Aoy, — — 2o (3.7)
7T(b+ bo)

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

AO’th . bo
Aoy \| (b+by)

(3.8)

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

comportamento pode ser desenvolvida como segue:

AK,(b) = Aoy Vb, (3.9)

ou normalizando com relacao a AK, (Eq. 3.5)
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AKth(b) AO'th b
= —. 1
AKO AO'fl b(] (3 0)

Substituindo a Eq. 3.8 em 3.10 se obtém

AKy(b) | b
AKy — \ (b+bo) (311)

ou, considerando a observagao anterior de Kitagawa e Takahashi (1976), a Eq. 3.10

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

(i) Para b > by

AKy, Oth b
=1 — = . 3.12
AKO ¢ Ol (b + bo) ( )
(11) Para b < by
AO’th A-[(th / b
AO’ﬂ ¢ AKO bo ( )
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4 FADIGA UNIAXIAL E MULTTAXTAL

4.1 FADIGA UNIAXIAL

4.1.1 Curvas S-N

As leis ou equacoes que definem o comportamento do material em fadiga sao geralmente
relacoes obtidas experimentalmente ensaiando-se corpos de prova do material que se
deseja estudar. Nestas leis, relaciona-se a amplitude de tensao ou deformacao com o

numero de ciclos gastos até se atingir a falha completa do corpo.

Métodos para caracterizacao da vida em fadiga em termos da tensao nominal surgiram
a partir do trabalho de Wohler (1860), que analisou o fenémeno de fadiga para eixos
de maquinas ferroviarias. Tal método é baseado no diagrama de Wohler (curvas S-
N). Este diagrama correlaciona a amplitude da tensdo nominal em um corpo de prova
(CP) normalizado com o nimero de ciclos aplicados até a falha do CP. Os dados sao
usualmente obtidos a partir de testes de flexdo ou de tragdo/compressao sem a presenga

de tensoes de médias.

Em 1910, Basquin observou estes dados e verificou que eles poderiam ser linearizados
em um grafico log-log. A equacao 4.1 descreve o comportamento das curvas S-N e é

chamada de relacao de Basquim:

% =07 (2Np) (4.1)

» . ~ , , . . o, .
onde % ¢ amplitude de tensao, Ny é o nimero de ciclos de vida, o € o coeficiente de

resisténcia a fadiga e v é o expoente de resisténcia a fadiga.
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Figura 4.1: Construgao esquemética da curva S — N

Alguns metais como ligas de ago, quando submetidos a amplitudes de tensao constante,
apresentam um limite inferior de tensao abaixo do qual nao observa-se a falha para
fadiga (vida infinita ou acima de 2x10° ciclos). Essa amplitude de tensdo é conhecida
como limite de fadiga, e seu valor varia entre 35% a 50% do limite de resisténcia a tracao
para a maioria dos acos e ligas de cobre. Nas curvas S-N, o primeiro ponto do grafico
corresponde ao valor da tensao alternada para uma vida de 10% ciclos. Esta tensao
pode ser estimada em 90% do limite de resisténcia a tracdo do material. Ligando-se
este ponto ao ponto que define o limite de fadiga, pode-se estimar a curva S-N para
um material. Varias sao as causas que afetam a vida de componentes, por exemplo,
os entalhes submetem esses a altas tensoes diminuindo suas vidas. Outro exemplo
encontrado na literatura é percebido comparando o tipo de carregamento e o niimero de
ciclos para a falha. Os carregamentos axiais sao mais severos para os corpos de prova
do que os de flexao. Esse fenémeno ocorre, pois o gradiente de tensao proporciona
tensoes mais suaves nos casos de flexao do que nos casos de tragao. O gradiente de
tensao também é responsavel pela variacao da vida de componentes mecanicos similares
submetidos ao mesmo estado de tensao na superficie, mas de tamanhos diferentes. As
tensdes em componentes mecanicos maiores variam mais lentamente do que em seu
similar de dimensoes menores, proporcionando uma menor vida para os de dimensoes
maiores. Outro limitante na vida a fadiga é o acabamento superficial das pecas. Os
defeitos superficiais agem como concentradores de tensoes prejudicando esses. Assim,

componentes bem polidos possuem uma maior vida do que os rugosos.

Véarios acos duros (com alto teor de carbono, geralmente entre 0.4 a 1.7% de C) e
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outros materiais nao possuem um limite de fadiga bem definido. A curva S — N desses
materiais continua a declinar vagarosamente. Para tais casos considera-se como limite

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

4.1.2 Efeito da tensao média na Vida a Fadiga

A maioria dos dados experimentais disponiveis na literatura corresponde a ensaios
conduzidos com tensao média igual a zero. Porém existem vérias aplicagoes em que
a tensao média ¢é diferente de zero. O efeito da tensao média é de fundamental im-
portancia no comportamento & fadiga de materiais. A Fig. 4.2 mostra um ciclo de
fadiga senoidal com uma tensao média diferente de zero. Neste caso, a faixa de tensao,

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

A0 = Opmaz — Omin (4.2)
Omaz — Omi
u — max mwn 4-3
g, = Tnaz — Omin (4.9
Omax + Omin
= o i 4.4
’ ! (4.4
Omaz = Om + 04 (4.5)

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

R = Jmin (4.6)

Umax

Os efeitos da tensao média podem ser representados em termos de diagramas de vida
constante. Nesses diagramas, diferentes combinacoes de amplitude de tensao e tensao
média definem regioes onde um componente poderia operar sem falhar por fadiga apos
experimentar um determinado ntimero de ciclos de carregamento. Goodman (1919),
Morrow (1968) e Smith Watson Topper (1970) propuseram relagbes de vida constante

para estimar o efeito da tensao média sob a resisténcia a fadiga. Essas sao apresentadas
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Figura 4.2: Exemplo de um carregamento ciclico

nas equacoes 4.7 a 4.10. As curvas de vida constantes apresentadas nesse topico podem

ser visualizadas na Fig. 4.3, onde Morrow 1 corresponde a equacao de Morrow contendo
. A . . ’ , ~ ~

o coeficiente de resisténcia a fadiga o, e Morrow 2 ¢ a equagao de Morrow a tensao

verdadeira de resisténcia a fratura osp.

Em geral, metais com baixa ductilidade como acos de alta resisténcia tendem a se
ajustar bem a curva de Goodman, ja os materiais frageis como ferro fundido tendem
a ter seus dados experimentais abaixo dessa, algumas equacoes especiais sao usadas
para esses materiais. J. Morrow propos modificacoes na equacao de Goodman que
foram publicadas na primeira edigdo da Sociedade Automotiva de Engenheiros (Gra-
ham, 1968). Morrow propos a substitui¢ao do limite de resisténcia o, pelo coeficiente
de resisténcia a fadiga a} do material. O coeficiente de resisténcia a fadiga a} é aprox-
imadamente igual & tensdo verdadeira de resisténcia a fratura o;p e ambos os valores
sao maiores que o limite de resisténcia o, para metais dicteis. Assim, a substituicao
de o, por oyp e O'} na equacao de Goodman é apresentada nas equacoes de Morrow.
A equacao de Morrow com 0} apresenta resultados razoaveis para agos e para ligas de
aluminio a aplicagdo de oyp apresenta bons resultados. Um outro critério importante
encontrado na literatura é a relacdo de Smith, Watson e Topper (SWT). A equagao
de SWT apresenta resultados razoaveis para a maioria dos metais e apresenta 6timos
resultados para ligas de aluminio. E importante ressalvar que a relacio de SWT ap-
resenta as variaveis o,, 0,, € 0, igual aos demais critérios, porém essa nao apresenta
nenhuma constante material diferente dos outros. Em geral, a escolha de uma equacao
de vida constante depende de como essa se ajusta aos materiais em interesse de estudo

ou a dados de materiais similares.
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Relagao de Goodman:

o = 4.7
= 2 (4.7)
Relacao de Morrow:
Car = —%, (4.8)
B
e
Oar = O-ao_m (49)
o

Relagao de SWT:

Oar = vV OmazOa, (410)

ou

2 2
Oqr = Ogq (ﬁ%) . (411)

Nestas equacoes o, ¢ o limite de resisténcia a fadiga do material para carregamento

alternado, ou seja, tensao média nula.

Neste momento é apropriado relatar que, testes de fadiga em laboratorio para corpos
submetidos & tor¢ao demonstraram que a tensao média de cisalhamento nao afeta a

resisténcia a fadiga (Sines, 1981).
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Figura 4.3: Curvas de Vida Constante

4.2 FADIGA MULTIAXIAL

4.2.1 Introducao

Na secao anterior foi apresentado o fendmeno de fadiga laboratorial e caracterizado
por carregamento uniaxial. Contudo, em problemas praticos de fadiga é mais comum
que componentes mecanicos estejam sujeitos a um estado de tensao multiaxial do que
uniaxial. Isso é verificado em componentes aeronauticos, problemas de contato, eixos de
automoveis. Sendo assim, é necessario o uso de métodos apropriados de caracterizagao

do fenomeno de fadiga em estado multiaxial de tensao.

Os critérios de fadiga multiaxiais surgem diretamente da tentativa de se avaliar a re-
sisténcia a fadiga de componentes sujeitos a estados complexos de tensao utilizando-se
dados de experimentos uniaxiais, uma vez que experimentos de carregamentos combi-
nados sao complicados de se executar e controlar. Assim, um dos grandes desafios é
justamente estender o amplo conhecimento da fadiga uniaxial para os casos de fadiga

multiaxial.

Considerando um espaco de tensoes apropriado, a regiao segura de carregamento ao
qual a pega pode ser submetida, sem que haja falha por fadiga, ¢ composta pela origem
e toda regiao abaixo da linha limite de falha definida por um critério qualquer. Este

critério deve ser independente da base na qual o tensor das tensoes é expresso, deve
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reproduzir o comportamento do material submetido a um carregamento uniaxial, e
incorporar o efeito das tensoes médias sobre a resisténcia a fadiga. Logicamente, os

resultados obtidos pelo critério devem se aproximar dos valores experimentais.

Os primeiros critérios de fadiga multiaxial foram de natureza totalmente empirica e
amparados pelos extensos trabalhos experimentais produzidos por Gough e Pollard
(1935) e Nishihara e Kawamoto (1945). Sines (1955) analisou o efeito das tensoes
médias sobre a amplitude limite das tensoes ciclicas e a partir dai propos um critério
baseado nos invariantes do tensor tensao. Nesta abordagem, uma amplitude de tensao
equivalente é calculada e usada para prever a vida a fadiga a partir de curvas S — N
convencionais. Crossland (1956) desenvolveu um modelo similar ao de Sines, mas que
considera o valor maximo da pressao hidrostatica, e nao seu valor médio, como variavel
fundamental no processo de nucleagdo da trinca. Mais recentemente, Deperrois (1991),
Bin Li et al. (2000) e Mamiya e Araajo (2002) apresentaram critérios também baseados
nos invariantes do tensor tensao, mas cujos resultados sao significativamente melhores
aos obtidos com os modelos de Sines e Crossland. As abordagens de plano critico,
por sua vez, consideram que as trincas de fadiga tém origem em determinados planos
materiais, onde as combinagoes de tensoes ou deformacoes cisalhantes e normais sao
particularmente severas. Portanto, estes critérios sao capazes de prever nao apenas
a resisténcia a fadiga do material e o local de iniciacao da trinca, mas também sua
orientacao. Modelos de plano critico foram propostos por Brown e Miller (1973),
MecDiarmid (1974 e 1991) Matake (1977), Socie (1987), Fatemi e Socie (1988), Robert
(1991) e Susmel e Lazzarin (2002).

Dentre os modelos de fadiga multiaxiais existentes considerou-se no presente trabalho
os critérios propostos por Susmell e Lazzarim (2002), também chamado de Método da
Curva de Wohler Modificada. O critério de plano critico proposto por Susmell e Laz-
zarin tem apresentado 6timos resultados na estimativa do limite de fadiga convencional
em componentes com entalhes ou sem entalhe e com estados de tensoes complexos, mo-

tivando seu uso no estudo de problemas de fadiga sob condigoes de fretting.
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4.2.2 Meétodo da Curva de Wohler Modificada

De acordo com a abordagem do plano critico, em nivel de tamanho de grao, o estado
de tensao ciclico leva a formacao de bandas de escorregamento persistente paralelas a
um certo plano material (¢, 6). Apés um certo nimero de ciclos, devido aos efeitos de
concentracao de tensao causados pela presenca de intrusoes, ocorre a iniciagao de uma

micro-trinca, causada predominantemente por tensoes cisalhantes.

Em se tratando de um estado multiaxial de tensoes, deve-se tomar duas hipoteses
simplificadoras: (1) a de que as trincas ocorrem de modo transcristalino nas bandas
de escorregamento persistentes e (2) que o material & homogéneo e isotropico. Assim,
torna-se possivel afirmar que, de um ponto de vista estatistico, cada plano material
(¢, 0) possui a mesma quantidade de graos, os quais possuem um plano estatisticamente
mais fraco coincidente com o plano critico global (¢*,0*). Com isto, e devido ao regime
macroscopico puramente elastico, sugere-se que o processo de iniciacao das trincas de
fadiga é governado pela maior amplitude da tensao cisalhante 7, que ocorre em um

plano material para um estado de tensao. Este plano é denominado plano critico

(¢, 07).

Susmel e Lazzarin (2002) observam ainda que no plano critico (¢*,0*) a tensao normal
On.maz considera os efeitos de tensoes médias na resisténcia a fadiga e que a relagao
Inmar representa um relacao de dependéncia com as diferencas de fase entre as solici-
tagoes. Desta forma, Susmel e Lazzarin propéem em seu modelo que a falha ocorrera

quando:

To (6%, 07) 4+ my 29T (6% %) — \ = 0, (4.12)

a

onde: A\ e my sao parametros materiais que serao quantificadas mais a frente.

Os parametros 7,(¢, 0) e 0y maz (9, 0) sdo calculados plano a plano. Desta forma, seja

um plano material A qualquer descrito pelos angulos (¢, 0), Fig 4.4.
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Figura 4.4: Plano material A e vetor tensdao de Cauchy T(t).

O vetor normal unitario em coordenadas esféricas n é dado por:

Ny sin(6) cos(¢)
A=| n, | =| sin@)sin(g) |- (4.13)
n, cos(0)

Assim o vetor tensao de Cauchy T neste plano é:

T(t,¢,0) = o(t)n, (4.14)

onde o é o tensor tensao de Cauchy em um instante ¢. A tensao normal a este plano

¢ obtida pelo produto interno de T(¢) por n:

ou(t,,0) = (T(t, ¢,0),n). (4.15)

Logo, a tensao cisalhante é:

T(t,0,0) = T(t,0,0) — opn. (4.16)
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O parametro 7,(¢, 0) na equacao 4.12 é calculado pelo método da hiperesfera (Dang
Van, 1989), o qual consiste na defini¢do da menor esfera que circunscreve a historia da

componente cisalhante do vetor tensao no plano A. Ver algoritmo no Anexo I.

O critério proposto por Susmel e Lazzarin (2002) considera que o plano mais solicitado

é aquele em que 7,(¢, 0) atinge seu valor maximo. Logo:

Ta(0",07) = rgagX(Ta(qb, 0)). (4.17)

No plano critico (¢*, 6%), determina-se 0, q. (0", 0%) € a relacao:

O_n,ma:c * *
p= (", 07), (4.18)

Para avaliar os parametros my e A\ consideram-se os limites de fadiga para flexao alter-

nada o_; e para flexao repetida 0. Para o teste de flexao repetida tem-se:

oo(1+sen(t)) 0 0

o= 0 00 |, (4.19)
0 0 0
Assim,
On,max = 00, € Ta<9*7 ¢*) = % (420)

Para o teste de flexdo alternada tem-se:
o_ysen(t) 0 0

o= 0 00 |. (4.21)
0 0 0
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Fornecendo

Gomar = =2, e T, (0%, ¢") = 2. (4.22)

Substituindo os valores encontrados nas equacgoes 4.20 e 4.22 na equacao 4.12 chegamos

a um sistema cuja solucao fornece:

my = =L %0 (4.23)

A= o_1— —/. (424)

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

as qualidades dos resultados estimados pelo o critério de Susmel e Lazzarin define-se o

indice SU:

Ta(0%,07) + my Zmmaz )
sy = ORI T (4.25)

Imagine que um componente esteja sendo solicitado ciclicamente por uma carregamento
multiaxial ou uniaxial em um nivel de tensao limiar de falha. Assim, para um estado
de tensao no limiar da falha uma estimativa do modelo multiaxial que forneca SU <
0, seria nao-conservativa, pois o modelo indicaria que ainda é possivel aumentar a
solicitacao enquanto os testes indicam uma condicao limite; se SU = 0, o modelo
indicaria uma condi¢ao equivalente ao limite de fadiga, isto é, o limite entre vida infinita
e vida finita: uma previsao exata; e se SU > 0 o modelo indicaria que o componente

ja falhou fazendo portanto uma previsao conservativa, conforme explicitado abaixo:
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< 0 nao falha ou o modelo é nao conservativo
SU =< =0 limite (4.26)

> () falha ou o modelo é conservativo
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5 METODO DA DISTANCIA CRITICA

5.1 INTRODUCAO

Falhas por fadiga em componentes geralmente ocorrem por influéncia de caracteristicas
geométricas que causam concentracao de tensoes e um estado multiaxial de tensoes:
entalhes, furos, quinas e outros. Sabe-se que a resisténcia a fadiga em um entalhe ou
outro concentrador de tensao nao é plenamente caracterizada pela tensao maxima local,
mas sim pela geometria do entalhe e pelo gradiente de tensdo associado. Neuber (1958)
e Peterson (1959) ja relatavam esse tipo de problema. Neuber propos a existéncia de um
tamanho micro-estrutural caracteristico, o qual hoje é chamado de distancia critica .
Esses pesquisadores ja haviam proposto que a tensao deveria ser avaliada em um ponto
a uma determinada distancia ou que fosse feita uma média ao longo de uma linha de

comprimento caracteristico.

Entretanto devido as sérias limitacoes para caracterizar as tensoes subsuperficiais de
modo preciso em componentes de formas complexas, essas idéias s6 se tornaram viaveis
com o advento de técnicas computacionais como a do método dos elementos finitos que
possibilitaram a obtencao de forma precisa do campo de tensoes. O problema foi
resolvido na época com a introducao de fatores empiricos de reducao da resisténcia
a fadiga Ky, baseados no fator de sensibilidade ao entalhe, no raio do entalhe e em
uma distancia caracteristica que nada mais era do que a distancia critica. Entretanto,
algumas limitacoes ainda eram inerentes como por exemplo: o raio na raiz do entalhe e
a tensao nominal, os quais nao podiam ser bem definidos para componentes de formas

mais complexas.

De acordo com Peterson(1959), a solugao do problema envolve o simples uso da tensao
no ponto, e de acordo com Neuber (1958) envolve a média da tensao na linha. Tanaka

(1983) mostrou que, para o caso particular de entalhe agudo, estas distancias eram by /2
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e 2bg, respectivamente, assumindo a hipotese de que estas mesmas distancias também
podem ser apropriadas na andlise de entalhes. Esta mesma observacao foi feita por
Taylor (1999) que também testou a hipdotese comparando com os dados experimentais
de entalhes padroes em corpos de provas testados e usou-a na previsao do limite de
fadiga para componentes. Foi descoberto que boas previsoes (dentro de 20% do limite
de fadiga) poderiam ser obtidas para uma larga quantidade de materiais, geometria de

entalhes e condigoes de carregamento.

Diversos trabalhos (Taylor et al., 2000; Taylor, 2004) mostraram as peculiaridades da
teoria da distancia critica que previa, que em componentes que continham mais de um
concentrador de tensao, a falha por fadiga nao ocorria no concentrador que criava a

malor tensao.

Considere, por exemplo, dois entalhes, um que seja agudo, mas relativamente raso, e
outro suave, mas profundo. A tensao maxima pode ocorrer na extremidade do entalhe
agudo, mas a falha pode ocorrer preferencialmente a partir da extremidade do entalhe
suave. O método da distancia critica pode prever este comportamento: uma vez que o
entalhe agudo tem maior gradiente de tensao, a tensdo na distancia critica by/2 (ou a

média sobre 2by) pode ser menor que para o entalhe suave.

A abordagem da deformacao local (e — N) pode ser capaz de prever o local de fratura
corretamente, mas na pratica esse resultado pode somente ser alcancado através de
uma andlise da tensao elasto-plastica o qual permite redistribuir o campo de tensao
local. Isto faz crescer consideravelmente a complexidade da anélise até mesmo para
ferramentas comerciais de elementos finitos as quais preferem uma abordagem simplifi-
cada resultando em ineficicia para prever a resisténcia a fadiga em entalhes, apontado

sempre para o ponto de maxima tensao como sendo o mais critico.

HA& relatos na literatura da aplicacao do método da distancia critica, usualmente uti-
lizado em corpo entalhados, a problemas de fadiga sob condigoes de fretting motivados
pela semelhanga (distribui¢ao de tensdao multiaxiais e altos gradientes de tensao) desse

fenémeno com o primeiro: Hattori e Nakamura (1994); Ferro (2005); e Mendes (2006).
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5.2 METODOS DE DISTANCIA CRITICA

Varios pesquisadores tém tentado explicar o comportamento do aparente ganho de
resisténcia para componentes com entalhes agudos devido ao fato que a concentragao
de tensdo ocorre somente em um volume pequeno do material (Sheppard, 1991; Taylor
e O’Donnell, 1994). A hipdtese assumida é que, para a falha ocorrer, a tensdo média
sobre um volume critico proximo ao ponto de maxima tensao (hot spot) deva exceder
Aocy. Para simplificar os célculos, a tensao é geralmente avaliada em um tnico ponto
ou feita uma média sobre uma linha ou uma area. Essas véarias aproximacoes podem
ser denominadas de método do, ponto, da linha, da area e do volume, cabendo notar

que em andlises 2D o método da area e do volume sao equivalentes.

Figura 5.1: Corpo de prova entalhado sujeito a uma tensao remota de fadiga

Mais recentemente Tanaka (2001) propos que o valor da distancia critica poderia ser
calculado por um pardmetro da Mecanica da Fratura, by, previamente definido por El
Haddad et al. (1979), Eq. 3.6 da se¢do 3.4.1, onde AK| e # sao o valor limite do
fator intensidade de tensao e o limite de fadiga do material, respectivamente, com a

razao R apropriada.

A fim de formalizar o método da distancia critica, MDC, em termos da abordagem
do método do ponto, MP, e do método da linha, ML, considere um corpo de prova

entalhado como na Fig. 5.1.

Para o método do ponto a tensao de referéncia é avaliada a uma distancia by/2 da raiz

do entalhe,
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oup=0(0=0,7r=10by/2). (5.1)

No método da linha a tensao de referéncia é calculada a partir de uma média sobre

uma linha de comprimento 2b,

1 2bo

2 /., o(0=0,r)dr (5.2)

OML

No dominio discreto a média é calculada sobre um numero finito, N, de pontos eqiiidis-

tantes sobre a linha,
oML = 5 g o0 =0,r,). (5.3)

Os trabalhos de Ferro (2005) e Mendes (2006) mostraram que o método do ponto gera
bons resultados, apesar de conservativos, para analise de fadiga em contato entre cilin-
dros. Neste trabalho o MP e o ML foram aplicados para estudo de problemas de fadiga
sob condigoes de fretting de cilindros em contato. Os resultados foram comparados a

fim de verificar qual dos dois métodos gera melhores resultados.

5.3 METODO DA DISTANCIA CRITICA ASSOCIADO AO MCWM
APLICADO A FADIGA SOB CONDICOES DE FRETTING

O modelo da Curva de Wohler Modificada foi aplicado em termos do Método da Dis-
tancia Critica utilizando-se as abordagens do método do ponto e do método da linha.
A Fig. 5.2 ilustra o procedimento esquematico de aplicacao da metodologia proposta

pelo presente trabalho.
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Figura 5.2: Metodologia de aplicagado MCWM associado ao método da distancia critica pelas
abordagens do MP e do ML para problemas de fadiga sob condi¢oes de fretting em contatos
entre cilindros e corpos de prova planos.
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6 RESULTADOS

6.1 DADOS EXPERIMENTAIS DISPONIVEIS NA LITERATURA

O ensaios conduzidos por Nowell para a liga Al 4% Cu foram realizados em uma méquina
servo hidraulica de ensaio de fadiga uniaxial (um atuador). Um diagrama do aparato
de fretting é mostrado na Fig. 6.1. O corpo de prova é fixado entre as garras hidraulicas
fixa e movel. As sapatas cilindricas em um suporte sao pressionadas contra o corpo de
prova por uma carga normal estatica gerada por uma mola. Enquanto o corpo de prova
se estende, de acordo com sua deformagao, sob a acao de uma carga remota oscilatoria,
o ponto de contato é deslocado e as vigas flexiveis aplicam uma forca tangencial ao
corpo de prova por meio das sapatas. Um esquema da configuracao de contato utilizada
é mostrado na Fig. 6.2(b), onde R é o raio da sapata cilindrica, P é a carga normal por
unidade de comprimento, o é a tensao remota de fadiga e () denota a carga tangencial
por unidade de comprimento induzida pela mola. Os carregamentos sao aplicados como
descrito na Fig. 6.2(a), isto ¢, P é uma carga estatica e () e o sao fung¢oes senoidais do
tempo e terao a mesma frequéncia e fase. A geometria do corpo de prova utilizado nos
testes é mostrado na Fig. 6.2(c). A tensdo induzida pela carga remota de fadiga pode
ser apresentada na forma op = 0p masen(wt), onde op ., ¢ a amplitude da tensao
remota, w é sua frequéncia de oscilagdo e t é o tempo. A carga tangencial é dada na

forma @ = Qnazsen(wt), onde Qnq. ¢ a amplitude da carga cisalhante, Q(¢).

Das cinco séries experimentais conduzida por Nowell (1988) apenas quatro sao mostradas
nesse trabalho uma vez que a 22 s tem solucao numérica para o contato e para o campo
de tensao sendo assim necessario o uso de elementos finitos o que vai além do escopo
desse trabalho. O objetivo dos experimentos era demonstrar que o fenémeno do fretting
nao tem efeito sobre o material a partir de um tamanho critico de contato, a..;. Para
alcancar este objetivo os experimentos foram projetados de tal maneira que, dentro de

cada série, os parametros o g ez, Po € Qmaz/ P e f eram mantidos constantes, enquanto
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Figura 6.2: (a) Modo de carregamento de P e Q(¢), (b) desenho esquematico do experimento
e (c¢) dimensdes basicas do corpo de prova de Nowell (1988).

que o raio das sapatas variavam de 12,5 a a 150 mm. Nos experimentos observou-se que
existia um valor critico para o tamanho do contato, abaixo do qual, os corpos de prova

apresentam vida infinita. Os tamanhos criticos (a..) obtidos e os demais parametros
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de teste em cada série experimental sao mostrados na Tab. 6.1.

Tabela 6.1: Séries experimentais do trabalho de Nowell (1988).
Séries 0 max(MPa) po(MPa) Q/P f  agi(mm)

1 92,7 157 0,45 0,75 0,28 - 0,38
2 92,7 143 0,24 0,75 0,54- 0,75
3 92,7 143 0,45 0,75 0,18-0,27
4 77,2 143 0,45 0,75 0,36 - 0,54
5 61,8 120 0,45 0,75 0,57-0,71

A solugao do contato entre cilindros desenvolvida por Hertz é de grande importancia
para o desenvolvimento da anélise, pois a partir deste pode-se assegurar a geracao de
dados em que a pressao de pico py é mantida constante, enquanto o tamanho do contato
2a varia. Isso é possivel pois a é proporcional a v/PR, enquanto po é proporcional a

/P/R como pode ser visto nas Eq. 2.5 e 2.6 no capitulo 2.

A vantagem de se variar R mantendo-se py constante é que assim é possivel se obter
uma série de testes submetidos & mesma magnitude de tensao superficial, porém com
diferentes gradientes de tensao (Fig. 6.3 & Fig. 6.6). Pode-se observar, a partir desta
figura que os testes de maior tamanho de contato apresentam um decaimento da tensao
0. Mais lento, ou seja menor gradiente de tensao, sendo o mesmo observado para as
outras componentes do tensor tensao. Além disso cabe ressaltar que o eixo das tensoes
estd na mesma escala o que possibilita ver que a tensao o,, é a de maior modulo. As
componentes 7, e 7,, nao foram plotadas pois sao nulas e 0, nao é nula pois a anélise

é feita considerando estado plano de deformagoes.

Em cada série de experimentos, foram utilizados em média oito diferentes raios para as
sapatas onde se observou que a vida a fadiga variou em fungao do raio. As tabelas 6.2
a 6.5 mostram a vida a fadiga encontrada para cada ensaio realizado. Alguns ensaios
tiveram os resultados descartados por terem apresentados problemas experimentais
que os invalidaram. Quando a vida no ensaio atingia 107 ciclos, interrompia-se o teste.
Destas tabelas nota-se também que em geral, dentro de cada série, testes com maiores

tamanhos de contato apresentavam vidas mais curtas.
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Tabela 6.2: Raio da sapata, R, tamanho de contato, a, e vida & fadiga dos testes da série 1.

Raio da Sapata R (mm) a (mm) Vida (10%ciclos)

12,5 0,10 10
25 0,19 10
37,5 0,28 10
50 0,38 1,29
75 0,57 0,67
100 0,76 0,85
125 0,95 0,73
150 1,14 0,67

Tabela 6.3: Raio da sapata, R, tamanho de contato, a, e vida & fadiga dos testes da série 3.

Raio da Sapata R (mm) a (mm) Vida (10%ciclos)

12,5 0,09 10
25 0,18 10
37,5 0,27 4,04
50 0,36 1,50
75 0,54 0,30
100 0,72 0,61
125 0,90 1,24
150 1,08 0,69
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Tabela 6.4: Raio da sapata, R, tamanho de contato, a, e vida & fadiga dos testes da série 4.

Raio da Sapata R (mm) a (mm) Vida (10%ciclos)

12,5 0,09 10
25 0,18 10
50 0,36 10
75 0,54 1,20
100 0,72 1,42
125 0,90 1,02

Tabela 6.5: Raio da sapata, R, tamanho de contato, a, e vida & fadiga dos testes da série 5.

Raio da Sapata R (mm) a (mm) Vida (10%ciclos)

25 0,14 10
37,5 0,21 10
50 0,28 10
75 0,42 10
100 0,57 10
125 0,71 1,57
150 0,85 1,23

O material dos corpos de prova era o aluminio com 4% de cobre (Al-4%Cu), o qual
possui modulo de elasticidade E = 74GPa, tensao de escoamento o, = 465M Pa,
coeficiente de resisténcia a fadiga U} = 1015M Pa, tensao verdadeira na fatura oyp =
635M Pa, limite de resisténcia o, = 500M Pa e limite de fadiga alternado o_; =
124 M Pa.

6.2 AVALIACAO DA RESISTENCIA A FADIGA

Para avaliar a resisténcia a fadiga dos testes experimentais utilizou-se nesse trabalho o
Método da Curva de Wohler Modificada, MCWM, (Susmel e Lazzarin, 2002) associado
ao Método da Distancia Critica, MDC,(Taylor, 1999) utilizando-se a abordagem do
método do ponto, MP, e do método da linha, ML.
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O primeiro passo para o uso dessas metodologias é a determinacao do parametro ma-
terial by o qual é listado em Susmel et al. (2004), onde se relata by = 0, lmm para
a liga de aluminio em estudo. O segundo passo é a obtencao dos dois limites de
fadiga sob diferentes condicoes de carregamento. O tnico limite de fadiga encontrado
na literatura para esta liga é o limite de fadiga alternado o_; = 124M Pa (Nowell,
1988) sendo necessario estimar o outro limite de fadiga. Segundo Dowlling (2004), a
relagdo de Smith-Waltson-Toper (1970) é a que gera os melhores resultados para esti-
mar o efeito da tensao média de tragao sobre o limite de fadiga em ligas de aluminio.

Logo, a mesma foi utilizada obtendo-se o limite de fadiga sob carregamento repetido

oo = 87,8 M Pa.

Definidos os parametros materiais, avaliou-se a resisténcia a fadiga por fretting con-
siderando o indice de erro SU. Onde para SU > 0 o critério prevé falha do componente

e para SU < 0 o componente tem vida infinita (> 107 ciclos).

Na abordagem utilizando o MP calculou-se o tensor tensao em doze instantes de tempo
ao longo de um ciclo de carregamento, na extremidade anterior do contato (z = —a)
e na profundidade (y = by/2). A partir do tensor assim obtido, calculou-se o indice
de erro do MCWM pelo método do ponto, SU,,p. Para a abordagem do ML o tensor
tensao é avaliado em doze instantes de tempo para um determinado niimero de pontos
eqiiidistantes ao longo da linha delimitada pelos pontos (—a; 0) e (—a; 2by). Posterior-
mente, é feita uma média aritmética dos tensores calculados nestes diferentes pontos.
A partir dessa histéria de carregamento média é calculado o indice de erro do método

da linha, SUML

Todos os célculos sao feitos no dominio discreto do tempo e do espaco, sendo, portanto,
importante saber se esse dominio esta suficientemente discretizado a fim de garantir
que o mesmo represente de forma satisfatéoria o dominio continuo para o qual as teorias
analiticas foram desenvolvidas. Esse é um processo andlogo a anélise de convergéncia de
malha para o método dos elementos finitos. Assim, foi feito um estudo da convergéncia
dos resultados, obtidos pelo MCWM associado ao ML, avaliando-se aspectos como a
discretizagao do tempo, do angulo de busca do plano critico, e do ntimero de pontos

para o calculo da média ao longo da linha determinada pelo ML.
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Inicialmente utilizou-se 0 MP para definir a subdivisao ideal dos parametros tempo e
angulo de busca do plano critico. Quanto & divisao do dominio do tempo, fizeram-se
os célculos do indice de erro para 12 instantes e 32 instantes de tempo ao longo do
ciclo. Os resultados mostraram que o incremento de instantes de tempo alterou os
resultados apenas na 9 casa decimal e dobrando o tempo de processamento. Assim,
optou-se pela da avaliagao do tensor apenas em 12 instantes de tempo, uma vez que
os algarismos significativos na analise nao vao além da 3% casa decimal. Ao avaliar a
subdivisao do angulo de busca do plano critico, também se concluiu que o passo de um
em um grau garantiria bons resultados e nao aumentaria o tempo de processamento
demasiadamente, uma vez que o passo desse angulo é fator dominante no tempo de

processamento global (inversamente proporcional ao quadrado do passo).
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Figura 6.7: Graficos de convergéncia de (a) 74/po € 0nmaz/Po; € (b) SUnp em fungao do
nimero de pontos para teste 1 da série 1.
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Na abordagem utilizando o ML, foi observado que o nimero de pontos utilizados na
média influencia fortemente nos resultados para menos de 500 pontos. Entretanto a
convergéncia dos resultados s6 se da de forma satisfatoria, 3* casa decimal, fazendo-se
a média em 2000 pontos ao longo da linha. Como resultado tem-se um incremento
de tempo de processamento em relacdo ao MP de aproximadamente 10%, o que nao é
significativo. A Figura 6.7 e a Tabela 6.6 mostram a convergéncia dos resultados para
Tas Onmaz/Do € SU em fungdo do nimero de pontos utilizados para calcular a média
do tensor tensao. Com os resultados obtidos optou-se por utilizar 2000 pontos para

avaliar a média do tensor tensao ao longo da linha determinada pelo ML.

Tabela 6.6: Convergéncia dos resultados de (a) 7,/po € 0p maz/Po; € (b) SUnr em fungao do
niimero de pontos para teste 1 da série 1.

N¢ de pontos  Série  R(mm) a(mm) SUyr  Ta/Po Onmaz/Po 0° ¢

5 1 12,5 0,1 00631 04194 04481 90 41
15 1 12,5 0,1  -0,0490 0,3636  0,4012 90 38
25 1 12,5 0,1  -0,0706 0,3548 0,3851 90 38
50 1 12,5 0,1  -0,0796 0,3488  0,3864 90 37
100 1 12,5 0,1  -0,0864 0,3460 0,3813 90 37
300 1 12,5 0,1  -0,0907 0,3443 0,3781 90 37
500 1 12,5 0,1  -0,0915 0,3440 0,3776 90 37
800 1 12,5 0,1  -0,0919 0,3438 0,3772 90 37
1000 1 12,5 0,1  -0,0921 0,3437 03771 90 37
2000 1 12,5 0,1  -0,0924 0,3436  0,3769 90 37
3000 1 12,5 0,1  -0,0925 0,3435 0,3769 90 37

As Tabelas 6.7 a 6.10 mostram os resultados obtidos utilizando-se as metodologias do
método do ponto, MP, e do método da linha, ML, associados ao MCWM para avaliacao
da resisténcia a fadiga das séries 1, 3, 4 e 5. Nas tabelas constam dados como o raio da
sapata, R, tamanho de contato, 2a, numero de ciclos que o corpo de prova suportou,
indice de erro do critério de fadiga multiaxial (MCWM), SUyp e SUy;p, amplitude da
tensao cisalhante no plano critico, 7,, tensao normal maxima ao plano critico, oy maa,

e a 1azdo p = Opmaz/Ta-

Nas Tabelas 6.7 a 6.10 os indices de erro sempre indicam falha quando ela ocorre exper-
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Tabela 6.7: Avaliagdo da resisténcia a fadiga para a Série 1 utilizando abordagem do MP e

do ML.

R a Ciclos ML MP

(mm) (mm) (10°) | SUnmr  7a/Po % p | SUmp Ta/Po  Onmaz/Po p
12,5 0,1 10 -0,079 0,344 0,377 1,097 | -0,049 0,360 0,390 1,084
25 0,19 10 0,029 0,403 0,427 1,060 | 0,117 0,459 0,444 0,967
375 028 10 | 0,111 0450 0454 1,009 | 0234 0521 0490 0,941
50 038 129 | 0,187 0492 0486 0987 | 0,322 0567 0530 0,935
75 0,57 0,67 | 0,297 0,548 0,539 0,984 | 0,433 0,622 0,590 0,948
100 0,76 0,85 0,369 0,587 0,068 0,967 | 0,501 0,656 0,625 0,952
125 0,95 0,73 | 0421 0,615 058 0,953 | 0,547 0,680 0,645 0,948
150 1,04 0,67 | 0468 0,637 0616 0,967 | 0,587 0,698 0,676 0,968

b

Tabela 6.8: Avaliagdo da resisténcia a fadiga para a Série 3 utilizando abordagem do MP e

do ML.

R a Ciclos ML MP

(mm) (mm) (109 | SUnz  7a/Po % p SUvp  TafPo Onmaz/Po p
12,5 0,09 10 -0,103 0,365 0,398 1,091 | -0,088 0,373 0,406 1,089
25 0,18 10 -0,003 0,424 0,450 1,060 | 0,079 0,478 0,478 1,000
375 027 4,04 | 0,080 0474 0491 1,035 | 0,190 0544 0525 0,965
50 036 15 | 0,144 0513 0519 1,012 | 0,266 0589 0561 0,953
75 0,54 0,8 0,238 0,570 0,056 0,975 | 0,368 0,645 0,620 0,961
100 0,72 0,61 0,310 0,610 0,099 0,982 | 0,431 0,680 0,654 0,962
125 0,9 1,24 | 0358 0,639 0617 0965 | 0474 0705 0,674 0,955
150 1,08 0,69 | 0401 0,661 0646 0978 | 0,512 0724 0,705 0975

imentalmente (vida menor que 107 ciclos), entretanto em alguns casos o experimento

3

teve vida infinita (> 107) e 0 MP e o ML prevéem falha. Isso mostra que ambos os

métodos sao conservativos, ou seja, a favor da seguranca. Nota-se também que o indice

de erro, 0y, mqez € 7, obtidos utilizando-se o ML sao menores que os obtidos pelo MP.

Isso indica que o ML quando aplicado gera resultados menos conservativos que o MP

o que é bem evidente nas Tab. 6.8 e 6.10, onde em diversos casos os dois métodos

apresentam diferentes previsoes, ou seja, enquanto um indica falha o outro indica vida

infinita. Na série 5 (R = 7hmm e R = 100mm) e série 3 (R = 25mm), por exemplo, 0s

o4




testes tiveram vida infinita, e enquanto o MP previa falha, o ML previu corretamente

vida infinita para os mesmos.

Tabela 6.9: Avaliagdo da resisténcia a fadiga para a Série 4 utilizando abordagem do MP e

do ML.

R a Ciclos ML MP

(mm) (mm) (10°) | SUmr 7a/po 2% p | SUump Ta/Po Onmas/Po P
12,5 0,09 10 -0,195 0,312 0,341 1,093 | -0,177 0,323 0,352 1,090
25 0,18 10 -0,098 0,373 0,390 1,046 | -0,022 0,425 0,411 0,966
o0 0,36 10 0,045 0,459 0,457 0,995 | 0,163 0,533 0,499 0,935
75 054 12 | 0,137 0515 0496 0963 | 0,266 0589 0561 0,953
100 072 142 | 0203 0554 0525 0,947 | 0,323 0,623 0580 0,931
125 0,9 1,02 0,257 0,582 0,560 0,962 | 0,373 0,648 0,621 0,958

Tabela 6.10: Avaliacdo da resisténcia & fadiga para a Série 5 utilizando abordagem do MP e

do ML.

R a Ciclos ML MP

(mm) (mm) (106) SUmr Ta/po % P SUnp Ta/po Un,max/p(] P
25 0,14 10 -0,254 0,335 0,361 1,078 | -0,218 0,374 0,366 0,980
37,5 0,21 10 -0,199 0,378 0,392 1,037 | -0,130 0,438 0,414 0,945
50 0,28 10 -0,154 0,414 0,414 1,001 | -0,066 0,483 0,449 0,928
75 0,42 10 -0,077 0,468 0,458 0,979 | 0,025 0,543 0,510 0,940
100 0,57 10 -0,020 0,510 0,487 0,955 | 0,087 0,583 0,554 0,950
125 0,71 1,57 | 0,026 0,539 0,521 0,965 | 0,127 0,609 0,579 0,950
150 0,85 1,23 | 0,057 0,562 0,534 0,949 | 0,155 0,629 0,594 0,944

Os resultados podem ser comparados de forma mais elucidativa por meio das Figs.

6.8 e 6.9 onde sao mostrados os indice de erro, SU, obtidos a partir do MP e do ML

em termos do raio da sapata, R, para as séries em estudo. Graficamente constata-se

que o ML é realmente menos conservativo que o método do ponto, especialmente para

grandes raios de sapata os quais estao associados a pequenos gradientes de tensao,

sendo essa tendéncia observada para todas as séries.
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Figura 6.8: Comparagao dos resultados do MP e do ML. Série 1 (a) e Série 3 (b).
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Figura 6.9: Comparagao dos resultados do MP e do ML. Série 4 (a) e Série 5 (b).

A Figura 6.10 mostra como o indice de erro SU e a amplitude de tensao cisalhante no
plano critico 7,/py, calculados pelo MP abaixo da extremidade anterior do contato (x =
—a, y > 0) para o primeiro e o altimo teste da série 1 (R = 12,5mm e R = 150mm),
variam com a profundidade. Pode-se notar a presenca de altos gradientes para SU
e Ta/po para pequenos tamanhos de contato (pequenos raios de sapata) e gradientes
mais amenos para grandes tamanho de contato. Isso permite inferir que pequenas

variagoes associadas a determinacao do parametro material by, podem ocasionar em

uma consideravel alteracao no resultados obtidos.
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Figura 6.10: Variacao de SU e 7,/py ao longo da profundidade, y, para os testes de R =
12,5mm e R = 150mm da série 1.

Para quantificar a sensibilidade dos métodos de distancia critica utilizados estipulou-se
uma variacao hipotética de by em 10% para mais ou para menos. Os calculos foram
feitos seguindo o procedimento inicialmente exposto no inicio dessa secao. Assim,
para o MP calculou-se SU em 0,9b/2 e 1,1by/2 obtendo-se SUo.mp) € SUn 1,mp),
respectivamente. Para o ML o indice SU foi obtido a partir da média do tensor nas
linhas de comprimento 2 x (0,9bg) e 2 x (1,1by) chegando-se a SU 9,01y € SU1,150m1),5
respectivamente. Os graficos da Fig. 6.11 e Fig. 6.12 mostram a variacao do indice de
erro, ASU, para o MP e o ML segundo um aumento ou uma reducao do parametro
bo. Nos graficos sao mostradas as diferencas SU g.mp) — SUnp, SU1.mp) — SUnip,

SUomr) —SUnr e SUu ) — SUnr para os diferentes raios de sapata de cada série.
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Figura 6.11: Variacdo do indice de erro SU para o MP e o ML para variacoes de by em 10%
para mais e para menos. Série 1 (a) e Série 3 (b).

Os graficos da Fig. 6.11 e Fig. 6.12 mostram que o ML é menos sensivel que o MP
a variacao de by na presenca de grandes gradientes de tensao, ou seja, pequenos raios
de sapata. E como ja esperado, tanto a avaliacao da tensao como de sua média mais
proximas da superficie de contato (0,9by) geram resultados mais conservativos, o que
¢ constatado pelo aumento do indice de erro (ASU > 0). O contrario acontece quando

a tensao ou sua média é tomada a uma distancia maior (1, 1) do contato (ASU < 0).

Apesar de nao mostrados nessa dissertacao, por questoes de espaco, essa variacao de
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Figura 6.12: Variacao do indice de erro SU para o MP e o ML para variagoes de by em 10%
para mais e para menos. Série 4 (a) e Série 5 (b).

by em 10% para mais e para menos tem influéncia decisiva na previsao de falha ou vida
infinita (SU > Oou SU < 0) para testes que tiveram indices de erro muito pequenos
(|SU| < 0,03). Tal variacao pode significar a diferenca entre uma previsao de falha ou

vida infinita.
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7 CONCEPCAO E PROJETO DO DISPOSITIVO DE
FRETTING

7.1 INTRODUCAO

Apos a verificacao da validade da metodologia para avaliacao de resisténcia a fadiga
sob condigbes de fretting (calculo do campo de tensao, critério de fadiga multiaxial e
método da distancia critica), partiu-se para uma nova etapa do trabalho, que envolveu
a abordagem dos aspectos experimentais do fendmeno de fadiga sob condigoes de fret-
ting. A concepcao, o projeto, a construcao e o comissionamento de uma bancada para
realizacao de testes de fadiga por fretting foi conduzido e cujos detalhes serao aborda-
dos nas proximas secoes. O objetivo dessa bancada é prover meios para a avaliacao em
laboratorio da influéncia das variaveis que governam esse fenomeno, como por exemplo,

as cargas de contato e de fadiga e o coeficiente de atrito.

7.2 DISPOSITIVOS DE FRETTING DISPONIVEIS

H4 numerosas formas de investigacao experimental de fadiga sob condicoes de fretting,
sendo inicialmente comum o uso das sapatas de fretting do tipo "ponte", como mostrado
na Fig. 7.1(a) as quais permaneceram populares até o inicio dos anos 90. A principal
vantagem era a simplicidade que um corpo de prova na fadiga convencional poderia
ser usado, tanto em flexao quanto em tracao ciclica. As pontes eram simplesmente
pressionadas contra um do corpo de prova de tracao por um anel, ou arranjo similar, e
a deformacao ciclica no corpo de prova causava um movimento relativo entre o contato
da ponte e o corpo de prova. Apesar da simplicidade da configuracao experimental, um
grande niimero de incertezas era inerente a mesma, como por exemplo: as condi¢oes do
contato nos pés das sapatas eram dificeis de caracterizar, principalmente quando havia

flexao na propria ponte; as condigoes em cada sapata nao eram absolutamente idénticas
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uma vez que uma sapata podia deslizar antes da outra mesmo sob condigoes nominais
de simetria. Isto significava que o regime de deslizamento durante o experimento era

freqiientemente desconhecido.

p P
Q
— A Espécime B +>G =
Q
Ponte
P
(a) (b)

Figura 7.1: Geometria de experimentos de fadiga por fretting: (a) sapatas tipo ponte e (b)
sapatas cilindricas.

Uma série marcante de artigos foi publicada nos anos 60 e inicio dos anos 70 por
Nishioka e por Hirakawa (1972) usando uma configuragdo de contato completamente
diferente. Nestes trabalhos foram empregadas sapatas cilindricas em contato com um
corpo de prova plano, Fig. 7.1(b). Esta geometria tem uma série de vantagens: o
alinhamento da sapata com o corpo de prova é menos critico; as tensoes podem, em
principio, ser calculadas pela analise classica de contato (Hertz, 1982 e Mindlin, 1949);
e os parametros importantes para a analise subseqiiente da tensao (carga normal P,
carga tangencial ()(t) e carga remota de fadiga Fy(t)) podem ser medidos e controlados
cuidadosamente. Essa geometria tem sido adotada desde entao, por um grande ntiimero
de pesquisadores, incluindo Bramhall (1973), Hills et al. (1988), e Szolwinski e Farris
(1998). Neste tipo de teste a carga normal é normalmente estética e a carga tangencial é
ciclica e aplicada por um sistema de molas (Fig. 7.1b) ou por um atuador independente

(Mugadu et al.,2002).

Os trabalhos de Nowell, descritos na se¢ao 6.1, utilizaram uma configuragao experimen-
tal de um dispositivo que funcionava como um elemento mola o qual era acoplado a uma

maquina de ensaios dotada de apenas um atuador hidraulico o qual era responsavel
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pela aplicacao da carga remota de fadiga, ver Fig. 6.1.

“Acumulador™y

“.de Pressdo _/

D F
A - Garra hidraulica fixa D - Segundo Afuador hidraulico (aplica a
B - Garra hidrdulica mével carga de frefting)
C - Atuador hidréulico estdtico (aplica a E - Suporte de fixagcdo das Sapatas
carga normal) F - Segundo Atuador hidrdulico (aplica a

carga de fadiga)

Figura 7.2: Esquema do aparato experimental de fadiga por fretting com dois atuadores
hidraulicos.

Em seus trabalhos, Aratijo (2000) investigou o comportamento do Ti-6A1-4V utilizando
um aparato com dois atuadores hidraulicos. O corpo de prova era fixado, como na Fig.
7.2, por uma garra fixa A e uma movel B. A garra moével estava acoplada a uma célula
da carga e a um atuador hidraulico oscilatério capaz de aplicar cargas de até 250k V.
Este atuador foi usado para aplicar a carga de fadiga ao corpo de prova. As sapatas
de fretting eram pressionadas contra o corpo de prova por um atuador hidraulico de
cargas estaticas C o qual mantinha sua carga constante durante todo o teste devido a
um acumulador de pressao ar/6leo conectado a linha hidraulica. A carga normal era
medida usando-se a pressao medida pelo o manémetro do circuito hidraulico. A carga
de fretting era aplicada por um segundo atuador hidraulico oscilatorio D, o qual era
acoplado no suporte E, onde as sapatas de fretting eram fixadas, e a uma célula de
carga que media a carga de fretting. A Figura 7.3 mostra fotos do dispositivo descrito

acima.

Outros tipos de experimentos podem se aproximar mais da geometria de componentes
reais, como por exemplo, uma junta de encaixe tipo "rabo de andorinha'"concebido
por Ruiz et al. (1984) e por Papaniknos e Meguid (1994). Um aprimoramento do
experimento de Ruiz (Nowell, 2006) ainda estd em uso em Oxford, sendo mostrado

esquematicamente na Fig. 7.4. Neste experimento, as cargas nas palhetas da turbina,
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(a) (b)

Figura 7.3: Aparato experimental com dois atuadores hirdulicos utilizado por Aradjo em
Oxford.

representando a forca centrifuga no motor, sao aplicadas a dois corpos de prova opostos
situados na posicao horizontal. Estes sao montados em um corpo de prova central, rep-
resentando o disco do rotor do fan de motores aeronaiiticos, que também esta sujeito a
carga que simula a expansao do disco quando o mesmo esta sujeito a um carregamento
centrifugo ocasionado pela alta velocidade de rotagao. Esta é uma caracteristica impor-
tante, a medida em que permite a representacao aproximada do deslizamento relativo
no motor, que pode ser importante para o desgaste da regiao de contato. As cargas de
fatiga de alto nimero de ciclos, representando a vibracao das pas sao aplicadas pelas
unidades mecanicas de oscilagdo acopladas as laminas opostas. A Figura 7.5 mostra
uma fotografia de um espécime de junta tipo "rabo de andorinha"que falhou durante
testes com esse aparato, sendo possivel ver a origem da trinca de fadiga na extremidade

do contato do flanco.

Embora se pareca interessante tentar reproduzir as condicoes de fretting o mais realisti-
camente possivel de modo que os resultados encontrados para o componente possam ser
prontamente estendidos para a configuracao real, um entendimento mais fundamental
da fenomenologia e dos parametros que governam a nucleacao das trincas de fretting
pode ser obtido conduzindo-se testes com geometrias classicamente idealizadas. Neste
caso, a vantagem de usar uma configuracao cléssica de contato é que, um gama de
varidveis, as quais sao governantes do comportamento a fadiga por fretting, tais como
tensoes e deformagdes, podem geralmente ser obtidas de forma analitica tornando a

analise mais rapida e precisa. Além disso, estes testes sao mais baratos de se conduzir
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Figura 7.4: Esquema da méaquina de fadiga por fretting para juntas biaxiais tipo "rabo de
andorinha".

Figura 7.5: Fratura por fadiga por fretting de junta tipo "rabo de andorinha".

e mais faceis de se reproduzir. Os resultados de tais testes podem ser usados para
desafiar e validade de critérios de fadiga multiaxiais, ou seja, se o critério de previsao
de vida a fadiga nao funcionar para geometrias simples, nao h& razao para se acreditar

que ele funcionara para configuracoes mais complexas.

As trés configuracoes idealizadas mais adotadas para testes de fadiga sob condicoes de

fretting sao mostradas na Fig. 7.6 e listadas abaixo:

(i) Sapatas planas comprimidas contra um corpo de prova plano (anélise bi-dimensional)

(ii) Sapatas cilindricas comprimidas contra um corpo de prova plano (analise bi-

dimensional)

65



(iii) Sapatas esféricas comprimidas contra um corpo de prova plano (analise Tri-

dimensional)

Plana

Cilindrica

Esférica

Figura 7.6: Tipos de sapatas para contato com corpo de prova plano.

Sapatas planas tém sido usadas amplamente por outros pesquisadores (e.g. Lindley,
1997, Nakazawa et al., 1992, Sato, 1992). Entretanto ha dificuldades na determinagao
da distribuicao de pressao e de tensao cisalhante para esse tipo de geometria. Outra
desvantagem desse tipo de configuracao é a sua alta sensibilidade ao alinhamento,
onde a presenca de sobre-saltos, particulas soélidas ou outro tipo de imperfeicao entre
as superficies de contato pode provocar uma grande mudanca sobre toda a distribuicao
de pressao esperada (Edwards, 1981, Hills and Nowell, 1992). O uso de sapatas de
fretting convexas, resultando em um contato Hertziano pode superar as dificuldades
mencionadas a medida em que a pressao de contato cai continuamente para zero na
extremidade do contato. Isto significa que, se as cargas de contato nao sao muito
severas (dentro dos limites elasticos) a pressao de contato é livre de singularidades
e uma solucao analitica e elastica pode ser obtida para o campo sub-superficial de
tensoes e deformagoes (Johnson, 1985). Sapatas convexas também sdo menos sensiveis
ao alinhamento e a presenca de imperfeicoes de fabricagao, por exemplo, pode causar
disturbios localizados na distribuicao de pressao, nao alterando o comportamento global
a nao ser que as imperfeicoes seja extremamente severas. Comparando-se as sapatas
de fretting convexas do tipo cilindrica e esférica, vé-se que sapatas cilindricas tém
a vantagem de permitirem uma analise bi-dimensional elastica precisa do problema
de contato, além de elas serem muito mais simples de se usinar do que as sapatas

esféricas. Por outro lado, elas necessitam de alinhamento e sofrem de efeitos de borda.
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O alinhamento pode ser garantido através do uso de filme sensivel a pressao, o qual
¢ um meio de se garantir que a distribuicao de pressao do contato é uniformemente
distribuida na dire¢ao transversal ao corpo de prova (Nowell, 1988, Hills e Nowell,
1992). A fim de minimizar a influéncia do efeito de borda, Johnson (1985) mostrou
que o melhor a se fazer é garantir que as sapatas de contato possuam a mesma largura do
corpo de prova. Embora as sapatas esféricas sejam livres de problemas de alinhamento,
elas requerem uma analise tri-dimensional do problema de contato tornando a anélise

muito mais complicada.

7.3 O PROJETO DO DISPOSITIVO

Com base no exposto na secao anterior, optou-se por desenvolver um aparato com
principio de funcionamento similar ao proposto por Nowell (1988) o qual é projetado
para ser acoplado a uma méaquina de ensaios universal (MTS-810, disponivel no Labo-
ratorio de Ensaios Mecanicos do Departamento de Engenharia Mecanica da UnB). Tal
configuracao nao requer o uso de multiplos atuadores, é de simples confeccao mecanica
e possibilita a variacao dos parametros governantes do problema. Nesta configuracao,
o atuador hidriulico da maquina de ensaios universal é responsavel por aplicar a carga
remota de fadiga Fy e o aparato acoplado & maquina produz as cargas cisalhantes @)
no contato, ou seja, tem a funcao de um elemento mola e reage ao deslocamento da
sapata devido a deformacao longitudinal no corpo de prova causada pela carga remota

de fadiga.

7.3.1 Layout do Dispositivo de Fretting

O layout do dispositivo, inteiramente em aco AISI 1020, é mostrado na Fig. 7.7 onde
sao identificados seus principais componentes. A Base do Dispositivo é feito de chapa
de 30mm de espessura, a qual é fixada por parafusos de 1/2” na mesa da maquina de
ensaios universal. A chapa é suficientemente robusta a fim de que possa ser considerada
rigida na formulacao a ser desenvolvida na proxima subsecao. As Colunas Verticais

possuem cantoneiras nas suas bases de modo a impedir a sua flexdo na direc¢ao hori-

67



zontal fazendo com que elas trabalhem, fundamentalmente, como elementos de tracao.
As Vigas Flexiveis sao fixadas a parte superior das Colunas Verticais e & Base
do Suporte sendo consideras como molas de flexao. Na Base do Suporte estao
fixados os Diafragmas Flexiveis que a acopla ao Suporte das Sapatas. A Base
do Suporte e o Suporte das Sapatas sao pecas robustas em aco sendo também con-
sideradas rigidas na formulacao a ser desenvolvida. Foi elaborado um sistema, cujos
testes mostraram ser extremamente eficiente, para alinhar as sapatas de contato com
a superficie do corpo de prova, o qual consiste basicamente em dois parafusos de passo
fino situados na parte lateral da base das sapatas em ambos os lados da mesma. Um
maior detalhamento desse sistema de alinhamento, assim como outros itens do aparato

mostrado na Fig. 7.7 serao apresentados mais adiante.

Suporte das Sapata de Contato
Suporte do Atuador

Hidraulico
Células de Carga j\

(load washer

Cilindro Hidraulico
Auxilial—/f;'

Barra Guia

Diafragma

Coluna Vertical

Base do Suporte

Base do Dispositivo

Figura 7.7: Layout do dispositivo de fretting projetado.

Diferentemente do aparato da Fig. 6.1, o dispositivo proposto nao utiliza molas para
aplicar a carga normal P e sim um par de Cilindros Hidraulicos Auxiliares. Ao circuito
hidraulico dos cilindros foi conectado um acumulador de pressao a gas/o6leo. Tal al-
teracao garantira uma maior confiabilidade na aplicacao da carga P em testes de alto
numero de ciclos onde o desgaste promove perda de material na interface do contato
fazendo com que a sapata se desloque em direcao ao corpo de prova o que ocasionaria
perda de carga no circuito hidraulico. Neste momento o acumulador de pressao (mem-

brana o6leo/gas) compensa, de forma extremamente eficaz, a perda de carga devido
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a esse pequeno deslocamento da sapata. O sistema hidraulico auxiliar, cujos compo-
nentes sao mostrados na Fig. 7.8, é composto de: uma bomba manual, um acumulador
de pressao com mandémetro acoplado, uma mangueira "Y", um par de valvulas de

retencao de refluxo e um par de cilindros hidraulicos.

Figura 7.8: Sistema hidraulico auxiliar e instrumentacdo: (a) bomba manual e acumulador
de pressao; (b) cilindro auxiliar, valvula de retencao e células de carga.

Para medir o valor da carga normal P aplicada tém-se um mandmetro acoplado ao
acumulador de pressao e duas células de carga (Load Washer). A escala do manometro
(psi e bar) é mostrada na Fig. 7.9(b) e a Load Washer e sua posi¢do de montagem
sado vistas nas Fig. 7.9(a) e 7.8(b), respectivamente. Os sinais das Células de Carga
sao transduzidos por um moédulo de aquisicao de sinais e levados para o computador
onde podem ser lidos em tempo real e armazenados. Vale Lembrar que cada Load
Washer mede metade da carga P aplicada pelos cilindros e que sua limitagao de carga
de trabalho corresponde a uma pressao de 2000psz no manometro. Essas Load Washers
foram selecionadas para se executar testes de fretting em ligas de aluminio, onde as
cargas normais sao geralmente baixas, entretanto o sistema hidraulico possui capaci-
dade para operar com cargas normais bem mais elevadas, as quais sao caracteristicas
de materiais como ligas de Titanio. As especificacoes e as limitagoes de operagao do

sistema Hidraulico Auxiliar e das Células de Carga sao detalhadas na Tab. 7.1.
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(a) (b)

Figura 7.9: Intrumentacao para medir P: (a) Célula de Carga (Load Washer); e (b)
Manoémetro do Acumulador de Pressao.

Tabela 7.1: Especificagoes do Sistema Hidraulico Auxiliar e da Load Washer.

Componente Caracteristicas

Cilindro Hidraulico Auxiliar Fabricante = ENERPAC
Modelo = RC-51
Curso = 1,0tn = 25,4mm
Area Efetiva — 0,99in?> — 638, 7084mm?
Capacidade Nominal Maxima = 5tons = 50kN
Pressdo méaxima de trabalho = 11.353, 55psi / 782, 8bar

Bomba Manual Fabricante = ENERPAC
Modelo = P-39
Pressdao méaxima de trabalho — 10.000psi / 700bar
Acumulador de Pressao Fabricante = ENERPAC

Modelo — ACL-202
Géas de Trabalho = Nitrogénio a 100bar
Volume = 0, 19/
Pressdo maxima de trabalho = 5.800psi / 400bar

Load Washer Load Cell Fabricante = INTERFACE
Modo de Carga — Compressao
Modelo = LW 1538-1K
Capacidade Nominal = 1000 Ibf = 4,45 kN
Carga Maxima = 1500 1bf = 6,67 kN
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7.3.2 Modelagem Matematica do Dispositivo de Fretting

A partir da configuracao adotada partiu-se para a modelagem matemética do Disposi-
tivo a fim de se conhecer a relagao entre a carga remota de fadiga Fj e a carga cisalhante
@ resultante da rigidez do dispositivo. A Figura 7.10(a) mostra esquematicamente as
forcas envolvidas no problema. Na modelagem do problema consideraram-se separada-
mente as diversas partes da montagem corpo de prova/Dipositivo como um sistema
simplificado de associacdo de molas. Assim, a regiao do corpo de prova onde o con-
tato com as sapatas ocorre é mostrada como um bloco ao qual estao ligados elementos
flexiveis que, para efeito de célculo, sdo considerados como molas, Fig. 7.10(b). As
molas com rigidez kp representam as duas metades do Dispositivo de Fretting, e sendo
a associacao dessas molas em paralelo, kp é a metade da rigidez global do dispositivo.
As molas com rigidez k4 e kp representam as partes do corpo de prova acima e baixo

do contato, respectivamente.

AAAALNAANANNY

Contato FO

(a) (b) (c)

Figura 7.10: Forgas envolvidas na modelagem,(a), sistema de molas equivalentes, (b), e dia-
grama de forcas, (c).

Com o diagrama de forgas da Fig. 7.10(c) fez-se o balango da for¢as verticais, resultando

em:

2Q = F, — F. (7.1)

Com base na Fig.7.10(b), relacionou-se as forgas aos deslocamentos em cada uma das

molas, obtendo-se:
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Fg = kB(§ - (SC>, (72)
F = k.0, (7.3)
2.0Q = 2.kp.9,. (7.4)

Substituindo-se no balanco de forcas verticais, Eq. 7.1, as relacoes das forcas verticais
com os deslocamentos, Eqs. 7.2 a 7.4, chega-se a relacao entre a carga de fretting () e

a carga remota de fadiga Fy, Eq. 7.5.

9%, kp = Fy — 0uks,

(SC(QICD + kA) = Fy,

Q=—"_. (7.5)

Com a Eq. 7.5 é possivel relacionar a carga cisalhante () dada pelo Dispositivo com
a carga remota de fadiga F aplicada pelo atuador hidraulico da méaquina de ensaios

universal, onde k4 é determinado por:

As.E
k= 25Ls

, (7.6)
lsa

e As, Es e lgs sao a area da secao, modulo de elasticidade e o comprimento da parte

do CP acima do contato, respectivamente.

Cabe ressaltar aqui que a Eq. 7.5 é somente valida quando se considera que o contato

esteja em regime de escorregamento parcial, pois a carga () tem seu valor limite atingido
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quando o contato entra em regime de escorregamento total, sendo seu valor dado pelo
produto do coeficiente de atrito dinamico pela carga P. Assim ao utilizar a equagao
mencionada deve-se ficar atento para a razao (/P utilizada a qual deve ser menor que

o coeficiente de atrito limite.

A determinacao da rigidez do Dispositivo, 2kp, € um problema um pouco mais elab-
orado, pois envolve diversos elementos com geometrias relativamente complexas bem
como juntas parafusadas. A fim de simplificar o problema, desprezaram-se nos calculos
de rigidez os seguintes componentes: as juntas parafusadas, a Base do Dispositivo,
a Base do Suporte e o Suporte das Sapatas, ver Fig. 7.7. Tais componentes foram
considerados rigidos, ou seja, de rigidez infinita se comparados aos demais. Como dito
na secao 7.3.1 a Coluna Vertical e os Diafragmas atuam como molas de tragao e a Viga
Flexivel atua como uma mola de flexdao. Desse modo, o Dispositivo pode ser consid-
erado como uma associagao de molas, como mostrado na Fig. 7.11, onde precisa-se
determinar as rigidez ki, ko e k3 das partes que o compode: Colunas Verticais, Vigas
Flexiveis e Diafragmas, respectivamente.

3
/ o d=3

Corte - aa A
i . Parte Inferior

Figura 7.11: Associacao de Molas equivalentes assumida para a modelagem da rigidez do
Dispositivo de Fretting.

Sendo ki, ko e ks dados por:

k;l _ El-Al (77)
h
3
by = By B (%) (7.8)
ey = ZoA8 (7.9)
I3
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onde A; , F; el sdo a area da secao, modulo de elasticidade e o comprimento da Coluna
Vertical, respectivamente. Fy, A, B e C sao o modulo de elasticidade, o comprimento,
a largura e a altura da viga flexivel, respectivamente. E A3, E3 e [3 sa0 a area da secao,
modulo de elasticidade e o comprimento de um diafragma, respectivamente. As Eqgs.
7.7 e 7.9 foram obtidas calculando a rigidez de um barra trabalhando a tragao. A Eq.
7.8 para a Viga Flexivel foi obtida calculando a rigidez de uma barra trabalhando a
flexao considerando engastamento na extremidade que fica acoplada a Coluna Vertical

e restricao a rotacao na ponta oposta, acoplada a Base do Suporte.

A rigidez da parte inferior do dispositivo, k;, pode assim ser determinada considerando
k1 e ko numa associacao em série e considerando também que esse par esta em paralelo

com outro par kq/ks.

ki
Tk 4+ ke

kr (7.10)

A rigidez da parte superior do dispositivo, kg, é obtida do célculo hiperestatico detal-
hado abaixo. Tal procedimento foi considerado necessario uma vez que a linha de acao
da carga () nao passa pelo ponto médio entre os dois Diafragmas, os quais trabalham
como molas de tracao, sendo assim duvidoso assumir que as molas estejam em uma

associacao em paralelo comum. A Fig. 7.12 ird auxiliar nesse desenvolvimento.

8., |8

-y N 1

T T T A T Y y Y
Suporte da
Sapata \‘ P
< <
as, b, as b,

A

™~ Diafragmas

VFl Fz

Figura 7.12: Modelagem hiperestatica para célculo da rigidez equivalente da parte superior
do Dispositivo.

Considerando agora um par de Diafragmas ligados ao Suporte da Sapata, ver Fig. 7.12,
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pode-se calcular a rigidez equivalente k., do conjunto por:

: (7.11)

Fazendo o equilibrio de for¢as e momentos (em rela¢ao ao ponto A) a partir da Fig.

7.12 tem-se:

Y F=Q-F-F=0 (7.12)

> My =Fi.(a3+bs) + Fobs =0 (7.13)

Os deslocamentos d; e d; sao correlacionados com a for¢a nos Diafragmas por:

F1 l3
0 =—=F. 7.14
! k?g ! E3.A3 ( )
F2 l3
0y = —= = Fj. 7.15
2 k?g 2 E3.A3 ( )

Assumindo como valida a hipdtese de que o suporte é rigido e os diafragmas desloquem-

se apenas verticalmente, 01, dy e d3 podem ser relacionados através da Fig. 7.12(b):

0g —01 03— 0y
= 7.16
as as + bg ( )
Isolando F} na Eq. 7.13 tem-se:
Fe_——"_p (7.17)
e as + b3. 2 .
Substituindo a Eq. 7.17 na Eq. 7.12 e isolando F3, chega-se a:
b
=t (7.18)
as

I6)



Finalmente, substituindo a Eq. 7.17 na Eq. 7.14 e a Eq. 7.18 na Eq. 7.15 e os

respectivos resultados na Eq. 7.16 tem-se:

I3 I3 az + bs Q I
Fs. — F. ) — — F7. 7.19
( 2 E3 Ag ! E3 Ag) as keq ! Eg.Ag,’ ( )
onde isolando k., tem-se:
E3.A3

ko = —— 7.20
q lg’}/ ( )

bs\>  bs. bs) b
7:<%+3>+-“%j3)—i (7.21)

as aj as

Sendo v denominado de fator alinhamento da carga () em relacao ao ponto médio entre

os diafragmas.

Obtidos k.4 e kr pode-se finalmente calcular a rigidez 2kp do Dispositivo pela Eq. 7.22.

by K
o+ h e

Tk
Tt by T e

kp = (7.22)

Com kp calculado, pode-se relacionar, através da Eq. 7.5, as cargas @) e Fy com as
caracteristicas geométricas e de elasticidade do material do Dispositivo e do corpo de

prova.

Foi verificado, na Eq. 7.5, através de calculos pré-eliminares que os parametros lgy e
(' sao as principais grandezas geométricas que determinam a resposta do Dispositivo
quando o corpo de prova é submetido a uma carga remota de fadiga, ou seja, sao
parametros governantes da relagdo )/ Fy obtida do dispositivo. Assim, para um corpo
de prova de dimensoes determinadas pode-se isolar a altura da viga flexivel C' em func¢ao

dos outros parametros substituindo a Eq. 7.22 e a Eq. 7.6 na Eq. 7.5 resultando em:
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A3 ok .]{51
C=; . = 7.23
\/EQ.B ky.keg — aky + kg (7.23)

(7.24)

Da Equacao 7.5, é possivel ainda notar que pode-se variar a carga () mantendo Fj
constante. Para tal, basta variar o comprimento do CP acima do contato [g4. Portanto,
¢ indispensavel que o CP tenha um comprimento tutil suficiente a fim de possibilitar a
variacao da sua posicao vertical de montagem e, assim, variar o comprimento do CP

acima do contato.

A Tabela 7.2 explicita o cédlculo da semi-rigidez do dispositivo de acordo com as di-
mensoes utilizadas para a sua fabricacao. Pode-se notar que ky e kp tém valores muito
proximos para as dimensoes utilizadas e que k; e k., sao de ordem superior a kp,
podendo-se, neste caso, considerar os Diafragmas e a Coluna Vertical como elemento

rigidos.

Nesse trabalho, sugere-se que caso seja necessario alterar a rigidez do Dispositivo, a
mesma seja feita mudando a altura da viga flexivel C. Assim, para investigar se a
hipotese de considerar os Diafragmas e a Coluna Vertical como elementos rigidos é
valida para qualquer C, tracou-se o grafico de ky e kp contra C na Fig. 7.13. Nessa
figura nota-se que esta hipotese é razoavel quando C' < 15mm onde a curva tracejada
estd proxima da curva continua, ou seja, kp é proximo de k. Entretanto o mesmo
nao é valido para quando C assume valores maiores. No caso em que C' = 30mm
nota-se que ky é da mesma ordem de grandeza de k., e k; (veja Tab. 7.2), ou seja, a
rigidez da Viga Flexivel é da mesma ordem de grandeza da rigidez dos Diafragmas e
mais proxima da rigidez das Colunas Verticais. Assim, recomenda-se certo cuidado ao
assumir a hipétese de que o tnico elemento de baixa rigidez seja a Viga Flexivel. A
rigidez dos demais elementos s6 pode ser desprezada quando um elemento tiver rigidez
muito inferior & dos outros, sendo portanto este componente governante do problema
e assim para C' < 15mm pode-se simplificar a rigidez do dispositivo como sendo igual

a da Viga Flexivel.
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Tabela 7.2: Dados para o cdlculo da rigidez do Dispositivo kp.

Diafragmas Viga Flexivel
By (MPa) 210000 E, (MPa) 210000
I3 (mm) 60 A (mm) 100
Az (mm?) 180 B (mm) 60
as (mm) 75 C (mm) 11
by (mm) 10 ks (N/mm) 1,677E+04
¥ 1,302
ks (N/mm) 6,300E+05
keq (N/mm) 4,838E+05
Coluna Vertical Dispositivo
E, (M Pa) 210000 ki (N/mm) 2,369E+06
Iy (mm) 390 ky (N/mm) 1,677E+04
Ay (mm?) 4400 ks (N/mm) 6,300E-+05
ki (N/mm)  2,369E+06 ke (N/mm)  4,838E+05
kp (N/mm) 1,610E+04
4,0E+05
3,5E+05 ;
/
3,0E+05 /
—_ /
£ 25E405 A
2 /
~ 2,0E+05 .
) /
2 1,56+05 S
7
1,0E+05 =7
//
5,0E+04 = E—..—
/ ——k
0,0E+OO T T T T T
0 5 10 15 20 25 30 35
C (mm)

Figura 7.13: Variacao da rigidez ks e kp em funcao da altura da viga flexivel C.
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8 COMISSIONAMENTO DO DISPOSITIVO E TESTES

8.1 CALIBRACAO DA INSTRUMENTACAO

Como dito anteriormente o aparato experimental possui um sistema hidraulico e ins-
trumentacao proprios. Nesta secao serd mostrado como se executou a calibragao da
instrumentacao: Manometro e Célula de Carga (Load Washer). As Load Washers
sao utilizadas para medir a carga normal de contato aplicada pelo cilindro hidraulico

auxiliar sendo que cada uma mede metade da carga.

As Load Washers (LW) foram calibradas a partir da célula de carga da maquina de
ensaios universal (MTS-810). Para tal, usaram-se dois suportes que presos a garra
da MTS proviam duas superficies paralelas, sendo a Load Washer posicionada entre
as mesmas como mostrado na Fig 8.1(a). Os sinais de tensao da Load Washer eram
lidos em um modulo de aquisi¢do de sinais (ADS 2000 Lynx) e mostrados em tempo
real no computador. Assim relacionou-se a voltagem de resposta da Load Washer em
V com a carga em kN dada pela célula da carga da MTS. O ponto de forca zero foi
anotado quando a Load Washer estava fora do suporte. Os demais pontos de forca
foram obtidos utilizando-se o modo de controle de for¢ca da MTS, sendo a curva de
calibragao (ou fungao de transferéncia) da Load Washer obtida durante o carregamento
e o descarregamento. O mesmo processo foi repetido para a outra Load Washer. A
Tabela 8.1 mostra os dados de forca lidos na MTS e de tensao de resposta das Load
Washers para a calibracao em que as mesmas sao identificadas pelo seu nimero de
série. A Figura 8.1 (b) mostra graficamente a voltagem nas Load Washers contra forga

dada pela célula de carga da M'TS em um ciclo de carregamento e descarregamento.

Os dados de calibracao das Load Washers foram gravados no software do modulo de
aquisicao de sinais de modo que a conversao de voltagem para forca, kN, passasse a ser

automatica. E finalmente, as Load Washers foram montadas no Dispositivo de Fretting
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Figura 8.1: (a) Load Washer posicionada entre os suportes durante sua calibracao na MTS e
(b) curvas de calibracao das Load Washers.

Tabela 8.1: Dados das curvas de calibracao das Load Washers.
N. Série - X212467 | N. Série - X212466

kN 1% kN 1%

0,0 0,0040 0,0 0,0009
0,5 0,1624 0,5 0,2176
1,0 0,3488 1,0 0,4031
1,5 0,5368 1,5 0,5954
2,0 0,7239 2,0 0,7880
2.5 0,9100 2.5 0,9805
3,0 1,0989 3,0 1,1731
3.5 1,2820 3,5 1,3669
4,0 1,4706 4,0 1,5616
3,5 1,2817 3,5 1,3718
3,0 1,0974 3,0 1,1807
2,5 0,9070 2.5 0,9897
2,0 0,7144 2.0 0,7977
1.5 0,5240 1,5 0,6049
1,0 0,3299 1,0 0,4108
0,5 0,1471 0,5 0,2173
0,0 0,0015 0,0 0,0006
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como mostrado na Fig. 7.8 (b) onde sua resposta foi comparada com a for¢a obtida a
partir da pressao do manometro multiplicada pela area efetiva do cilindro hidraulico.
Para tal, fixou-se um corpo de prova nas garras da MTS e posicionou-se as sapatas
de modo a eliminar ao méximo a perda de carga, pela flexao dos Diafragmas. Assim,
cargas crescentes foram aplicadas pelo sistema hidraulico auxiliar através de sua bomba
manual e a forca obtida do manémetro foi comparada com a soma das forcas lidas nas

Load Washers como mostrado na Tab. 8.2.

Tabela 8.2: Dados do teste das Load Washers montadas no Dispositivo.

Pressao Forga LW1 (kN) LW2 (kN) |LW1 + LW2| (kN)
Manometro (psi) Manometro(kN)  X212467  X212466

0 0,000 20,087 0,007 0,080
400 1,761 -0,878 -0,562 1,440
600 2,642 -1,458 -1,120 2,578
800 3,523 11,864 1,514 3,378
1000 4,404 22,353 1,976 4.329
1200 0,284 -2,753 -2,345 5,098
1400 6,165 -3,299 -2,862 6,161
1600 7,046 -3,617 -3,170 6,787
1800 7.927 4,154 23,704 7.858

A Figura 8.2 mostra o grafico da pressao do mandémetro contra a soma das forgas
lidas nas Load Washers. O erro do manémetro é de 100ps: que convertido em forca
corresponde a 0,44kN, assim, na referida figura, também se vé duas curvas tracejadas
que correspondem a for¢ca obtida do manometro acrescida e subtraida do seu erro.
Nota-se da figura que a forca lida pelas Load Washers esta contida dentro da faixa de

erro do manometro.

8.2 FILME SENSIVEL A PRESSAO E O ALINHAMENTO DA SAPATA

Como ja mencionado sapatas cilindricas requerem que o alinhamento do contato com o
corpo de prova seja garantido a fim de evitar uma distribuicao de pressao nao uniforme

na direcao transversal ao corpo de prova. O alinhamento é realizado usando-se um
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Figura 8.2: Forca obtida das Load Washers entre as barras de erro da for¢a obtida do
manometro contra a pressao.

Filme Sensivel a Pressao (FSP) da Fuji (Pressure Measuring Film - FUJI PRESCALE
FILM) onde é possivel verificar se a distribuigao de pressao esta uniforme ao longo da

largura do corpo de prova. A Figura 8.3 mostra um par de sapatas e suas marcas no

FSP apos a aplicagao de uma carga normal de 7,9k N.

Figura 8.3: Par de sapatas e filme sensivel a pressao marcado ap6s se comprimir as sapatas
contra o corpo de prova com uma carga de 7,9kN.

Na Figura 8.4(a) pode-se ver de forma esquemética um contato sapata/corpo-de-prova
perfeitamente alinhado resultando em um distribuicao de pressao uniforme ao longo do
eixo z. A Figura 8.4(b) mostra um exemplo onde a superficie da sapata esté alinhada
com a superficie do corpo de prova mas a sapata encontra-se deslocada em relacao ao
eixo z. Tal configuracao é indesejavel pois causa concentragoes de tensoes nas bordas do
contato (Efeito de Borda). Na Figura 8.4(c) tem-se um exemplo de contato desalinhado

onde o eixo da sapata nao esta paralelo a superficie do espécime causando concentragao
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Figura 8.4: Condicao de alinhamento, tipo de marca caracteristica em FSP e distribuicao de
pressao na dire¢ao z: (a) perfeitamente alinhado, (b) Efeito de Borda e (¢) desalinhamento.

de tensao do lado esquerdo.

\ 4
\ 4

\w 2
\ ‘

/ z
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Prova y Prova y
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Figura 8.5: Diagrama esquemético mostrando o local de iniciagdo e diregao de propagagao
para (a) corner crack originada por desalinhamento da sapata e (b) central crack originada
em contatos perfeitamente alinhados.

Como mostrado na Fig. 8.5(a), casos onde ocorre concentracao de tensiao nas bordas

do contato, devido ao desalinhamento da sapata, podem provocar a nucleacao e propa-
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gacao da trinca a partir da borda do corpo de prova. Esse tipo de trinca foi denominada
de trinca de borda (corner crack - Nowell,1988). Devido ao seu surgimento estar as-
sociado a um desalinhamento da montagem a mesma deve ser considerada como um
fendomeno anomalo, e os testes que apresentaram este tipo de falha sao descartados.
Essas trincas fazem com que a vida do corpo de prova seja inferior ao que realmente

ela seria caso a trinca se iniciasse no centro do corpo de prova ( central crack), Fig. 8.5.

O filme sensivel a pressao é composto de trés camadas como mostrado na Fig. 8.6.
A primeira camada é uma base de poliéster ( Polyester Base), a segunda é a camada
de formagao da cor (Color-developing layer) e a terceira é composta de micro-capsulas
preenchidas por um reagente ( Micro-encapsuled color forming layer). Quando pressao
é aplicada sobre o filme as micro-capsulas se rompem liberando o reagente que entra
em contato com a segunda camada a qual assume uma coloragao vermelha. As micro-
capsulas sao projetadas de modo a reagir de acordo com o nivel de pressao e assim a
densidade da coloragao indica o nivel de pressao.A Figura 8.7 mostra marcas obtidas a
partir da digitalizacao de um FSP usado no alinhamento de um dos testes do Dispos-
itivo. Nota-se a diferenca marcante entre uma marca com sapatas alinhadas, Fig. 8.7

(a), e uma marca com sapatas desalinhadas, Fig. 8.7 (b).

- Polyester Base

= Color-developing layer
CO00000 T ITOTOTT— Vico-encapsiie colr

forming layer

Figura 8.6: As trés camadas do FSP com uma regido central onde pressao foi aplicada
rompendo as micro-cdpsulas formando a marca vermelha na segunda camada do filme.

O filme usado é do tipo MEDIUM PRESSURE - MS (Mono Sheet Type) e sua faixa
de pressao é 10M Pa a 50M Pa. Pressoes abaixo de 10M Pa nao alteram a coloracao
do filme e pressoes maiores que 50M Pa resultam em um marca vermelha. Pressoes
intermedidrias resultam em colocagoes intermediarias entre branco e vermelho. Uma
peculiaridade no uso desse filme é que a pressao de pico para testes em aluminio é da or-
dem de 100 a 300M Pa, ou seja excedem em muito a capacidade do filme resultando em
marcas quase totalmente vermelhas, mas onde ainda é possivel verificar o alinhamento
ou o desalinhamento das sapatas. Entretanto, o aconselhavel é utilizar uma carga nor-
mal suficiente para que a distribui¢ao de pressao seja da ordem de grandeza da faixa

de operacao do filme, pois assim além de se verificar um possivel desalinhamento com
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maior confiabilidade, pode-se também averiguar a qualidade do acabamento superficial
do corpo de prova ou da sapata. Além do mais, se a sapata se encontrar inicialmente
muito desalinhada, uma carga normal alta pode levar a uma plastificagao local, oca-
sionada pela concentracao de tensao, inutilizando a sapata e o corpo de prova. Uma
estimativa razoavel da carga P para evitar esse problema durante o alinhamento pode
ser obtido da formulacao exposta no Cap. 2, mantendo-se a tensao de Von Misses

abaixo da tensao de escoamento do material por um fator de seguranca alto.

RV i

(a) (b)

Figura 8.7: Marcas digitalizadas de um FSP apds a aplicagao de uma carga normal de 7,9kN
correspondendo a: (a) par de sapatas alinhadas e (b) par de sapatas desalinhadas.

Para se executar o alinhamento das sapatas com relagao ao corpo de prova, o Suporte
das Sapatas (ver Fig. 7.7) possui quatro parafusos de passo fino que permitem alinhé-las
em relagdo ao corpo de prova. Nas Figuras 8.8(a), (b) e (¢) mostra-se um vista lateral
do Suporte das Sapatas, uma vista de topo do suporte com uma sapata desalinhada em
relacao ao CP e uma vista de topo do suporte com a sapata alinhada, respectivamente.
O rasgo para colocar as sapatas nesse suporte é feito com uma largura ligeiramente
maior que a largura da sapata permitindo um pequeno curso angular da sapata. Assim,
com os parafusos de fixagdo da sapata frouxos (Fig. 8.8(a)) e utilizando os parafusos
de passo fino, pode-se obter o ajuste do alinhamento das sapatas. Na Figura 8.8 (b)
a sapata esta inicialmente desalinhada com relagdo ao corpo de prova. Na 8.8 (¢) a
sapata tem seu alinhamento efetuado mediante uma pequena rotagao no sentido horario

através do uso os parafusos de passo fino (ou parafusos de alinhamento).

8.3 TESTES DE COMISSIONAMENTO DO DISPOSITIVO

Depois de calibrar a instrumentagio, partiu-se para verificagao/calibragdo do Dispos-

itivo de Fretting onde foi verificada sua resposta, ), para diferentes cargas aplicadas
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Figura 8.8: Sistema de alinhamento da Sapata: (a) vista lateral da montagem da sapata no
suporte, (b) vista de todo da sapata desalinhada em relagao ao CP, (¢) vista de topo da sapata
alinhada em relacao ao CP.

pelo atuador da M'TS, Fj. Testes com cargas F{ estaticas e ciclicas foram utilizados
para averiguar o comportamento do Dispositivo. Variou-se também o posicionamento
vertical do corpo de prova em relacao ao dispositivo, ou seja, o tamanho do corpo de
prova acima do contato, [g4. Em todos esses testes avaliaram-se as cargas lidas nas
células de carga do Dispositivo e da MTS permitindo assim a obtencao de medidas
experimentais da rigidez do dispositivo, através da Eq. 7.5, as quais foram compara-
das com a rigidez obtida pela Eq. 7.22. A Figura 8.9 mostra o Dispositivo completo

montado na maquina MTS-810 no Laboratorio de Ensaios Mecanicos da UnB.

Antes de iniciar os testes variando-se lg,, determinou-se o coeficiente de atrito da
superficie virgem (sem desgaste) através de um teste, em comando manual de forga,
onde a carga Fj foi aumentada gradativamente resultando no grafico da Fig. 8.10 de
() contra Fj. Verifica-se na figura que a for¢a de atrito tem um valor limite o qual é
atingido quando a curva atinge o patamar horizontal onde @) = 1,0kN, ou seja, ocorre
escorregamento total da sapata em relagao a superficie do corpo de prova. No momento
do teste a forca normal era P = 7,927kN o que resultou em um coeficiente de atrito
f =0,126. Assim adotou-se para os testes de rigidez uma carga normal P = 7,927kN
e uma carga cisalhante ) < 1,0kN de modo que as condi¢oes da Eq. 7.5 fossem

satisfeitas, como discutido na Subsecao 7.3.2.

As sapatas e os corpos de prova utilizados nos testes eram em aluminio 7050 — 77451

cujo modulo de elasticidade é £ = 73,4G Pa. No teste de rigidez com carga Fj estatica
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Figura 8.10: Grafico do teste de determinacao do coeficiente de atrito limite mostrando Q
contra Fy e o limite da forga de atrito na superficie virgem do CP de aluminio (P = 7,927k N).

(TRE) o CP tinha uma 4rea de se¢io A, = 11,50mm x 11,50mm = 132, 25mm? e um
comprimento 1util [g = 132mm. No teste de rigidez com carga Fj ciclica (TRC) o CP

tinha uma area de secio A, = 13, 10mm x 12, 85mm = 168, 34mm? e um comprimento
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util g = 105mm.

Para executar os testes fixou-se primeiramente o CP nas garras inferior e superior
da MTS e através de controle manual zerou-se a forca lida nas células de carga da
maquina. Em seguida aplicou-se a carga normal P de 7,927. Ao aplicar P apareceu
uma pré-carga compressiva da ordem de 0, 30k/N na célula de carga superior enquanto
que a célula de carga inferior permaneceu zerada devido a acao do controle manual de
forca. Essa pré-carga é provavelmente associada a algum tipo de deformacao elastica
do CP quando se aplicou a carga normal. Essa pré-carga foi anotada em todos os testes
e seu modulo adicionado a forca lida na célula de carga superior, obtendo-se assim o

valor de F.

A Tabela 8.3 lista para o TRE a for¢a nas células da carga superior e inferior (F e
Fy, respectivamente), o comprimento e a rigidez do CP acima do contato (lga e kA,

respectivamente), a carga cisalhante @, a razdo Fy/Q e a semi-rigidez do Dispositivo

kp.

A Tabela 8.4 lista para o TRC as medidas da amplitude de forca e forca média para
as células da carga superior e inferior (F e Fj, respectivamente), o comprimento e
a rigidez do CP acima do contato(lss e kA, respectivamente), a amplitude da carga

cisalhante @), a amplitude da razao Fy/Q e a semi-rigidez do Dispositivo kp.

Tabela 8.3: Dados obtidos do teste de rigidez estatico, TRE.
lsa (mm) F (kN) Fy (kEN) Q (kN) F0/Q ka (N/mm) kp (N/mm)

132 8,27 10 0,865 11,56 73539,0 7691,8
122 8,41 10 0,798 12,54 79566,8 7549,6
112 8,41 10 0,795 12,58 86671,0 8193,0
102 8,45 10 0,775 12,90 95168,1 8728,4
92 8,50 10 0,750 13,33 105512,5 9309,9
82 8,60 10 0,700 14,29 118379,9 9635,6
72 8,68 10 0,660 15,15 1348215 10251,4

Os dados do TRE e do TRC das Tab. 8.3 e 8.4 sao mostrados nos gréaficos da Fig. 8.11

e comparados com as estimativas teéricas. Na Fig. 8.11 (a) nota-se que a curva de ku
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Tabela 8.4: Dados obtidos do teste de rigidez ciclico, TRC.

lsa F (a) Fm @ pmoogl g /Q (a) k4 kp
(mm) (kN)  (kN) (kN) (kN) (kN) (N/mm)  (N/mm)
105 6,8010 -0,3323 17,8317 0,0131 0,515 15,20 117674,2 8916,8
95 6,8541 -0,3239 17,8361 0,0185 0,491 15,96 130060,9 9317,0

85 6,9167 -0,3421 7,8475 0,0384 0,465 16,86 145362,2 9780,9

75 6,9856 -0,2810 17,8698 0,0461 0,442 17,80 164743,9  10426,2

65 7,0280 -0,3426 7,8406 0,0374 0,406 19,30 190089,1  10989,4

55 17,0917 -0,3054 17,8632 0,0550 0,386 20,38 224650,7  12219,8

(@): relativo & amplitude da forca

(m): relativo a forca média

para o TRE estd sempre abaixo da curva de k4 para o TRC devido & area de secao
do CP para o TRE ser menor. Nota-se também que o kp obtido experimentalmente
durante o TRE e o TRC sao da mesma ordem de grandeza do kp tedrico obtido pela

formulagao analitica da Subse¢ao 7.3.2, mas estao abaixo da estimativa analitica.

Como conhecido da associacdo de molas, quando se monta uma mola em série com
outra mola, a rigidez resultante do conjunto é sempre menor do que a rigidez individ-
ual de cada uma delas. Tal fato também ¢é verificado no presente trabalho, onde foram
desprezados na formulagao analitica alguns elementos com parafusos, base do dispos-
itivo e outros os quais estao associados em séria com os demais. Isso pode explicar o
fato dos resultados mostrarem que a rigidez experimental do dispositivo esté abaixo da

obtida pela formulagao analitica.

A Figura 8.11 (b) mostra a resposta Fy/@Q do Dispositivo quando variou-se (g4 no TRE
e no TRC. Também é mostrada a resposta tebrica esperada para o TRE e para o TRC
a qual foi obtida usando-se o kp teorico e a Eq. 7.5. Nota-se que a faixa de Fy/(@Q obtida
no TRC ficou acima da faixa do TRE devido a 4rea de se¢cao do CP do TRC ser maior
fazendo com que o CP se deformasse menos e portanto induzindo uma carga () menor
no Dispositivo, o qual trabalha essencialmente como uma mola. Nota-se também que
Fy/Q no TRC esta na faixa entre 15,2 e 20,4 e a previsao teorica entre 9,3 e 15,9, ja

no TRE a faixa obtida é de 11,5 a 15,1 e a previsao teorica entre 6,7 e 10,4. Ou seja,
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Figura 8.11: Gréficos obtidos do TRE e do TRC, carga normal P = 7,927, mostrando (a) a
rigidez k4, kp experimental e kp teorico contra lgyq e (b) a resposta experimental e tedrica
do dispositivo Fy/Q em funcao de lg4.

apesar de o kp experimental ser da mesma ordem de grandeza do obtido teoricamente,
essa diferencga implica em uma alteragao sensivel na faixa de resposta, Fy/Q em funcao

de lg4, obtidas tedrica e experimentalmente.

Portanto, recomenda-se que caso seja necessario usar uma Viga Flexivel de altura C

diferente ou um CP de material ou dimensoes diferentes das testadas aqui, entao se
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deve proceder a um novo levantamento da resposta Fy/() para essa nova situagao. Tal
procedimento é sempre necessario nesse tipo de Dispositivo que trabalha como mola e

é reportado em trabalhos de diversos autores que optaram por essa configuracao.

A minima razao Fy/Q é obtida para cada viga quando se posiciona o CP na posi¢ao que
permita o maior comprimento /49 0 qual esta limitado pelas restricoes de comprimento
do CP confeccionado e da manutengao de uma distancia segura entre o dispositivo e
as garras hidraulicas da maquina de ensaios universais. A minima razdo F,/Q é de
especial interesse pois quanto menor a mesma maior a carga cisalhante () que se pode
obter para um dado valor de carga de fadiga F{, permitindo assim testes onde as cargas
de contato sao severas e onde o fenomeno de fretting é o grande causador da falhas.
A Figura 8.12 mostra a minima razao Fy/Q) de Vigas Flexiveis com diferentes alturas
C'. Teoricamente a razdo Fy/Q deveria tender a 2 quando o dispositivo tende a ser
completamente rigido e ) = 2F;. Entretanto na Fig. 8.12 observa-se que a medida
que se aumenta o altura C' a razao Fy/(Q) tente a aproximadamente 7, valor acima do
esperado fisicamente. Isto limita os testes de fadiga por fretting a serem conduzidos

por esse dispositivo & Fy/Q > 7.

10 20 30 40 a0
C (mm)

Figura 8.12: Gréfico da minima razao Fy/Q de Vigas Flexiveis com diferentes alturas C.

Célculo prévios mostraram que a rigidez de um Viga Flexivel de C' = 30mm é da mesma
ordem de grandeza que a dos outros componentes, e como anteriormente mencionado,
a Viga Flexivel s6 é predominante na rigidez do dispositivo quando sua rigidez é bem

menor que a dos outros componentes. Assim, o que pode explicar o limite da razao
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Fy/@Q estar acima de 2 é justamente o fato de que para C' > 30mm os elementos antes
desprezados no computo da rigidez global do dispositivo, tais como parafusos, agora

fazem o papel de elementos flexiveis limitando o aumento de rigidez do dispositivo.

8.4 ESTIMATIVA DO COEFICIENTE DE ATRITO NA ZONA DE ES-
CORREGAMENTO

Experimentos de fretting sao conduzidos em regime de escorregamento parcial. Isto
significa que o contato é caracterizado por uma zona central de adesao entre duas zonas
de escorregamento, onde ocorre movimento relativo entre as superficies causando um
severo dano superficial. E obtencao do coeficiente de atrito nessa condigao peculiar
nao é uma tarefa simples. Além do mais, uma variacao do coeficiente de atrito em
fung¢do do numero de ciclos ja foi reportada (Endo et al., 1974, Hills et al., 1988). A
Figura 8.13 mostra a evolugao do ciclo de histerese durante um teste, conduzido em
controle de forca. Nota-se que no inicio do teste um ciclo aberto, caracteristico do
regime de escorregamento total. Apos algumas centenas de ciclos esse ciclo aberto se
torna estreito até o ponto onde nao ocorre mais escorregamento total. Nesse instante
diz-se que o contato estd em regime de escorregamento parcial. Parece claro que essa
transicao de um regime escorregamento total para um de escorregamento parcial é
causada por um significativo aumento do coeficiente de atrito. Esse aumento é devido

ao desgaste da superficie causado pelo movimento relativo na interface.

Entretanto, como dito anteriormente, testes de fretting sao conduzidos em regime de
escorregamento parcial ao invés de regime de escorregamento total. Além disso é de se
esperar que a degradacao da superficie ocorrerd também nas zonas de escorregamento
que circundam a zona de adesao do mesmo modo que no regime de escorregamento
total. Assim, um conseqiiente aumento do coeficiente de atrito local sera esperado.
Dentro na zona de adesao o valor local do coeficiente de atrito permanece constante
pois nao ha movimento relativo. Note que o se a forca de atrito for aumentada até o
limite de escorregamento total, é possivel medir-se o coeficiente de atrito médio, f,,,
que é menor que o coeficiente de atrito dentro da zona de escorregamento, f,, e maior

que o coeficiente de atrito na zona de adesao, fy. Esse valor médio pode ser definido
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\ Carga Cisalhante

Deslocamento

Figura 8.13: Evolucao do ciclo de Histerese mostrando a transicdo do regime de escorrega-
mento total para escorregamento parcial devido a um aumento do coeficiente de atrito na
zona de escorregamento

comao:

- (8.1)

onde Q) ¢ a carga cisalhante necessiria para causar o escorregamento total e ¢(z) e

p(z) sao a distribuigao de tensao cisalhante e de pressao no contato.

Uma técnica para estimar fg a partir de um f,, medido foi desenvolvida por Hills and
Nowell (1994). A Fig. 8.14 ird auxiliar nesse desenvolvimento a qual mostra uma
configuracao padrao para testes de fretting onde um cilindro é pressionado contra uma
superficie plana elasticamente similar e posteriormente submetida a um carregamento
cisalhante ciclico. Novamente uma zona de adesdo |r| < ¢y estara presente e sera
limitada por duas regides de escorregamento c¢q < |z| < a. Durante os primeiros ciclos
de carregamento o coeficiente de atrito permanece inalterado, fy. Entretanto, apos n
ciclos, é assumido que a modificagao da superficie ir4 aumentar o coeficiente de atrito
dentro da regiao de escorregamento para f,, independentemente da distribuicao de
pressao. Como o tamanho da zona de adesao é funcao de f;, Eq. 8.2, este também

aumentaréa para |z| < ¢, como mostrado na Fig. 8.14(b). Note que para ¢y < |z| < ¢
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o valor de f & desconhecido apesar de situar-se entre f; e fi.

Q(t)
-a -CO Cr) a -a 'C.‘3 C::. a
f f
fo _f
fo fO ' |
x/a € C G C x/a

(a) (b)

Figura 8.14: Evolucao do coeficiente de atrito durante um teste de fretting em regime de
escorregamento parcial. (a) Condicao inicial e (b) condi¢ao apos n ciclos.

& _ 1.«

- o7 (8.2)

O coeficiente de atrito médio pode ser obtido experimentalmente parando-se a carga
cisalhante oscilatoria e arrastando-se o cilindro por certa distancia usando-se controle
de deslocamento. O valor de f,, é dado pela Eq. 8.1 e f, pode ser obtido da Eq. 8.3

demonstrada em Aratjo, 2000.

B 40Q) T 2 Q
fn = fs+ ﬁ{ 5= cotf, — Hs] - [fs¢s — Ftambs] } (8.3)
onde
0, = sin~* f?P (8.4)
0, = cos™* f?P (8.5)
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Assim é possivel estimar o coeficiente de atrito na regiao de escorregamento f, se o
coeficiente de atrito médio f,, é medido apés um numero de ciclos n. A Fig. 8.15
mostra a relagao entre esses coeficientes para diferentes valores de )/ P. Um fenomeno
interessante revelado pelo grafico é que para pequenos valores de (/P implicam que

fs pode variar significativamente para uma pequena variacao no valor de f,,.

0,9 -
0,8 +-
——Q/P=0,1
0.7 4~ -=-Q/P=0,2
06 1 - Q/P=0,3
——Q/P=0,4
£ 05 1 - Q/P=05
0,4 +- -=—Q/P=0,6
——Q/P=0,7
0,3 < — Q/P=0,8
02 | —Q/P=0,9
O 1 I I 1
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1

fs

Figura 8.15: Coeficiente de atrito na zona de escorregamento a partir do coeficiente de atrito
médio no contato obtido experimentalmente para diferentes razdes @Q/P.

Antes de realizar um teste de fadiga sob condigoes de fretting no aluminio 7050 — 77451
calculou-se o coeficiente de atrito na zona de escorregamento f; para uma relagao
Q/P = 0,25 a qual foi escolhida para conduzir os testes de fretting. O procedimento
consistiu em pressionar as sapatas contra o corpo-de-prova com uma carga normal
estatica de P = 8,5kN, deixando-se a garra superior da maquina de ensaios aberta de
modo que Fy = 20Q), e elevar a carga cisalhante gradualmente em cinco passos de forca
passos até chegar-se a relagao desejada /P = 0,25 na qual o espécime foi ciclado por
4000 ciclos. O aumento de @) foi obtido aumentando-se o valor da amplitude da forca
Fy em cinco passos. Em seguida, a maquina de ensaios foi programada para um ensaio
de tracao estatica, sendo a carga Fj aumentada até que a carga cisalhante () atingisse
seu limite maximo (), onde o escorregamento total ocorreu. Este procedimento foi
repetido trés vezes sendo as sapatas trocadas em cada teste. Assim, o coeficiente de

atrito médio f,, e o coeficiente de atrito na zona de escorregamento f, foram calculados
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pela Eq. 8.1 e Eq. 8.3, respectivamente, os quais estao listados na Tab. 8.5.

Tabela 8.5: Resultados do coeficiente de atrito médio f,,, do coeficiente de atrito na zona de
escorregamento fs, da média dos resultados e do desvio padrao.

1° 2° 3° média desvio padrao
fm 0,3459 0,3581 0,3319 0,345 0,013
fs 0,53 0,62 0,46 0,537 0,080

Desse modo o coeficiente de atrito na zona de escorregamento foi assumido como a

média dos resultados do trés testes, resultando em f, = 0, 54.

8.5 ENSAIOS DE FADIGA POR FRETTING EM LIGA Al7050 — T'7451

Testes de fadiga sob condicoes de fretting foram realizados em uma liga de aluminio
aeronautica. A Tabela 8.6 mostra as propriedades mecanicas do AI7050 — T7451: o
modulo de elasticidade E, tensao de escoamento o, limite de ruptura o, limite de
fadiga axial alternada o_;, e limite de fadiga axial com razao de tensao R = 0.077.

Ambos os limites de fadiga sdo para vida de 107 ciclos.

Tabela 8.6: Propriedades mecanicas do AI7050 — T'7451.
E (GPa) o, (MPa) o, (MPa) v o_1 (MPa) oo7 (MPa)

73,4 453,7 513,2 0,33 1464 102,7

As dimensoes do corpo de prova e da sapata de contato projetados para os ensaios estao
ilustradas na Fig 8.16. Os ensaios de fadiga por fretting foram realizados no sentido

LT de laminacao do corpo de prova.

A histoéria de carregamento do experimento conduzido é mostrada de forma esquematica
na Fig. 8.17. Apo6s o posicionamento do CP na méaquina de ensaios aplica-se a com-
ponente média da carga remota Fp,,, posteriormente a carga normal P e por fim a
componente alternada da carga remota [(,, a qual induz no dispositivo uma carga
cisalhante alternada ). Como mostrado pela formulacao do Capitulo 2, a tensao re-
mota de fadiga tem como efeito o deslocamento da zona de adesao ao longo do ciclo de

carregamento.Deve-se notar que a componente média da carga remota de fadiga, Fp,,,

96



Sapata de contato

13

Corpo de Prova de fretting

13

320,55

] i | | i [

35
?(%'_
it
I
1B
35
60

[
o
B
w
=
(&)
R70

Figura 8.16: Geometria do corpo de prova e sapatas utilizados nos teste de fadiga sob condigoes
de fretting.

é sempre aplicada, em cada ensaio, antes da carga normal, P, assim esta nao é sentida
pelo contato e seu efeito sobre o campo de tensao é computado como uma simples
superposicao de uma componente de tensao constante, o,,. A componente alternada
da carga remota, a carga normal e a carga cisalhante produzem campos de tensao os

quais sao calculados como discutido Capitulo 2.

A

crmmeeeede . ————————

VAN AN AN AN
AAVAA VAL VARV

Figura 8.17: Esquema da histéria de carregamento para os testes de fadiga por fretting.

Para os teste realizados neste trabalho utilizou-se uma Viga Flexivel de 30mm de espes-
sura a qual corresponde a maior rigidez que o dispositivo pode alcancar. O dispositivo
nessa configuracao e com tamanho de corpo-de-prova acima do contato lga sendo o

maior possivel gerou uma relagao Fy/Q) = 7,28 a qual foi comum a todos os testes.

Os testes de fadiga sob condicoes de fretting foram realizados fixando-se a amplitude

da tensao remota de fadiga, o,, a pressao de pico, pg, a razao entre a carga cisalhante e
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a carga normal,Q/ P, e variando a componente média da tensao remota de fadiga,o,,,
de teste para teste. Os resultados do efeito da variacao da componente média da tensao

remota sobre a vida a fadiga sao relatados na Tab. 8.7.

Tabela 8.7: Resultados obtidos para os ensaios realizados em fadiga por fretting.

04 (MPa) py (MPa) Q/P f om (MPa) Vida Vida Média
(10° ciclos) (106 ciclos)
92,7 350 0,25 0,54 15 0,164662 0,183635
92,7 350 0,25 0,54 15 0,202609
92.7 350 0,25 0,54 0 0,198686  0,236467
92,7 350 0,25 0,54 0 0,274248
92,7 350 0,25 0,54 -15 0,268230 0,283899
92,7 350 0,25 0,54 -15 0,299568
92,7 350 0,25 0,54 -60 1,304623 1,428445
92.7 350 025 0,54 60 1,552274
92,7 350 0,25 0,54 -92,7 10 10
92,7 350 0,25 0,54 -145 10 10

Uma forma alternativa de se visualizar os dados da Tab. 8.7 ¢ tracar um grafico da
maxima tensao remota de fadiga contra o nimero de ciclos, ver Fig. 8.18. O grafico

também contém os dados obtidos dos ensaios de fadiga convencional.

Os resultados da Tab. 8.7 foram colocados no grafico da Fig. 8.18 onde sao mostrados
os valores maximos da tensao remota de fadiga no ciclo de carregamento de cada
teste de fretting, sendo também incluidos no grafico os dados obtidos para a fadiga
convencional. Nota-se claramente que o aumento da componente média da tensao

remota diminui a vida a fadiga dos espécimes.

A severidade das tensoes geradas pelas cargas de contato sao tais que sao capazes de
iniciar trincas que levam a ruptura dos corpos-de-prova com tensao remota média de
até —60M Pa e com amplitude de tensao remota de 92, 7M Pa, muito inferior ao lim-
ite de fadiga convencional do material para carregamento alternado 146,4M Pa. Em
outras palavras, as componentes média e alternada da tensao remota de fadiga que

em condigoes de fadiga convencional nao sao capazes de iniciar trincas, nas condi¢oes
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de fadiga por fretting sao responsaveis pela propagacao das trincas iniciadas principal-
mente pelas tensoes devido ao contato, as quais sao altas e localizadas exercendo assim

o papel majoritario de iniciacao de trincas.

450
1 Fadiga Convencional
400 + m o =120MPa
350 - ® o =0MPa
300__ Fadiga por Fretting
— 250 O o =15MPa
T 200 1 O 5 =0MPa
= ] v o, =-15MPa
% 150 A ¢ =-60 MPa
©" 100 ] # o =-927 MPa
] + o =-145MPa
50—_ o
0- —
-50 +—
o LR | T | Ty
10° 10° 10° 10° 10° 107

N. [ciclos]

Figura 8.18: Curva da tensfo méxima no ciclo de carregamento, o,,q4,, contra o nimero de
ciclos até a ruptura, Ny, para os ensaios de fadiga convencional e fadiga por fretting.

Nos casos onde a componente média da tensao remota de fadiga era 0, = —92, 7TM Pa e
om = —145M Pa, e o campo de tensao distante da regiao de contato era essencialmente
compressivo, também foram detectadas trincas nao propagadas na zona de escorrega-
mento dentro do contato. Isto mostra que as cargas de contato sao suficientemente
altas para iniciar trincas no corpo-de-prova as quais nao levaram a ruptura final pois o
campo de tensao remoto é puramente compressivo sendo incapaz de propagar as trin-
cas iniciadas. A Figura 8.19 (a) mostra a zona de escorregamento para o ensaio com
om = —92,7M Pa, onde pode-se observar o desgaste do material e a existéncia de trin-
cas (regido mais escura). Este tipo de dano foi observado em toda a regiao de contato
como mostra a Fig 8.19(b). Isto confirma as condigoes severas a qual o material foi

submetido devido as cargas de contato.

A Figura 8.20(a) ilustra a fractografia tipica dos corpos de prova ensaiados em fadiga
por fretting. Observa-se a iniciacdo de multiplas trincas no lado A (indicados pelas
setas da Fig. 8.20(b)), que se formaram a partir do contato entre a sapata e o CP.
Essas trincas alcancaram alguns microns formando uma frente tinica que se propagou
perpendicularmente as superficies de contato. A regiao B corresponde a transicao

entre a propagacao por fadiga e a regiao de coalescencia de micro vazios. Com o
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Figura 8.19: Regiao de contato observada em microscopio esteroscopico, para o ensaio com
tensao o, = —92, 7M Pa (a) vista geral (b) detalhe da margem direita do contato, mostrando
a iniciagdo de trinca.

aumento progressivo da tensao, o processo ficou quase que monotonico e a fratura
por colapso pléstico aconteceu, regiao C da Fig. 8.20(b), com formagao de alvéolos
(dimples) caracteristico de fratura em materiais duacteis, Fig. 8.21. No lado B, como
a seccao remanescente foi diminuindo a tensao foi aumentando significativamente e
antes da ruptura final por colapso plastico, uma tinica trinca iniciou e propagou-se

rapidamente por fadiga até que a ruptura final acontecesse e encontrasse esta outra

frente de propagacao.

' Régi'ﬁn Gk

Figura 8.20: Superficie de fratura de um corpo de prova ensaiado em fadiga por fretting a
uma tensao média de 0M Pa, observada em microscopio esteroscopico.
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Figura 8.21: Estégio de ruptura final (colapso plastico) formagao de alvéolos (dimples) car-
acteristico de fratura em materiais dicteis.
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9 CONCLUSOES E PROPOSTAS DE TRABALHOS
FUTUROS

O Método da Distancia Critica, seguindo a abordagem do Método da Linha, e
do Método do Ponto, associada ao Método da Curva de Wohler Modificada foram
aplicados as séries experimentais de contados entre sapatas cilindricas da literatura.
Os resultados obtidos segundo a abordagem do Método do Ponto e o Método da Linha

foram comparados.

Primeiramente, os resultados mostraram que o ML pode ser muito sensivel ao niimero
de pontos utilizados para se fazer a média do tensor tensao ao longo da linha. Foi veri-
ficado que os resultados convergem para um niimero minimo de 500 pontos, entretanto
resultados com 3 casas decimais de precisao s6 sao possiveis com o uso de no minimo

2000 pontos.

Os resultados da metodologia preditiva segundo o ML e o MP mostraram-se conser-
vativos, sendo aqueles para o ML menos conservativos que os obtidos para o MP,
principalmente para pequenos gradientes de tensao, ou seja, grandes raios de sapata.
Isso resultou em uma previsao correta da resisténcia a fadiga de 26 dos 29 testes da

literatura, para o ML, contra 23 de 29, para o MP.

Observou-se uma significativa sensibilidade do MP a variacoes da distancia critica,
onde se detectou uma grande variacao do indice de erro SU e da amplitude de tensao

cisalhante no plano critico 7, para altos gradientes de tensao.

Como o parametro by é fundamental para aplicacao do MDC e cuja determinacao
esta associada a dispersao experimental, foi suposta uma variacao de 10% para mais e
para menos no seu valor. A variacao dos resultados em relagao ao valor original de bq
apontaram que a diminuicao da distancia de cilculo da tensao, MP, ou de sua média,

ML, levam a um aumento do indice de erro, uma vez que o estado de tensao é mais
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severo proximo a superficie de contato. Efeito inverso é verificado quando se aumenta
a distancia de calculo da tensao ou de sua média. Ao comparar a sensibilidade do
ML e do MP verifica-se que o primeiro é menos sensivel a variacao de by para grandes
gradientes de tensao que o segundo. Ambos apresentam, aproximadamente, o mesmo
grau de sensibilidade para grandes gradientes de tensao. Ainda é possivel notar que
para indices de erro muito pequenos (|SU| < 0,03), a variacao de by pode significar a

diferenca entre uma previsao de falha ou de vida infinita.

Valer ressaltar que o ML foi implementado para realizar a média aritmética do tensor
ao longo da linha de comprimento 2b,. A média poderia ser realizada utilizando-
se também integracao numérica pela regra do trapézio. Uma pequena adaptacao no
algoritmo de calculo foi executada para usar a regra do trapézio onde se verificou que a
convergéncia era alcancada mais rapidamente, ou seja, com menos pontos que a média
aritmética. Isso é especialmente vantajoso em casos onde a historia de carregamento
¢ obtida via Elementos Finitos o que torna impraticavel o uso da meédia aritmética
em tantos pontos devido & exigéncias computacionais de uma malha tao refinada para
tal. Os resultados obtidos utilizando-se a média pela integral numérica nao foram
incluidos nesse trabalho, pois tornaria a analise redundante. Entretanto verificou-se
que certos cuidados computacionais devem ser tomados quando se utiliza a regra do
trapézio, pois ao aumentar demasiadamente a discretizagao oscilagoes numéricas no
patamar de convergéncia eram observadas. Essa oscilagao estd provavelmente ligada a
erros de truncamento do computador o que pode ser contornado utilizando-se técnicas

de convergéncia apropriadas.

Apos a verificacao da validade da metodologia para avaliacao de resisténcia a fadiga
sob condigbes de fretting (calculo do campo de tensao, critério de fadiga multiaxial e
método da distancia critica), partiu-se para uma nova etapa do trabalho, que envolveu
a abordagem dos aspectos experimentais do fendomeno. A concepcao, o projeto, a
construcao e o comissionamento de uma bancada para realizacao de testes de fadiga

por fretting foi conduzida.

O Dispositivo de Fretting construido é acoplado a uma maquina de ensaios universal

(MTS) e funciona como uma elemento mola que reage ao deslocamento da regido de
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contato devido a deformacao do espécime, ocasionada pela carga remota de fadiga. A
modelagem do aparato envolveu a determinacao da rigidez global do mesmo, a qual
é parametro governante da resposta do dispositivo (carga cisalhante) para uma dada

carga remota aplicada pelo atuador servo-hidraulico da MTS.

A modelagem matematica do Dispositivo revelou que sua rigidez é governada predom-
inantemente pela rigidez da parte menos rigida, pois o arranjo dos componentes é em
série. Os calculos mostraram que, para as atuais dimensoes dos demais elementos, uma
Viga Flexivel de altura até 15mm pode ser considerada como elemento governante, pois
a ordem de grandeza da sua rigidez é inferior a dos Diafragmas e da Coluna Vertical.
Entretanto o mesmo nao é valido quando a altura da Viga Flexivel esta além desse
valor, pois nesse caso a rigidez da Viga Flexivel se torna da ordem de grandeza da
rigidez dos demais elementos. Portanto, desprezar os Diafragmas e as Colunas Ver-
ticais no calculo da rigidez global do Dispositivo levara a resultados maiores que os

reais.

As Load Washers usadas para medir a forca normal de contato tiveram sua curvas de
calibracao levantas no carregamento e descarregamento usando-se a célula de carga da
MTS como referéncia. Os dados foram gravados no programa do modulo de aquisigao de
sinais permitindo que a voltagem na célula de carga seja convertida automaticamente
em forca. As Load Washers foram montadas no Dispositivo e tiveram sua leitura
comparada com a forca obtida a partir do mandémetro do circuito hidraulico. Os dados
mostraram que a leitura das células de carga estd dentro das margens de erro do

mandémetro.

O alinhamento das sapatas com relacao ao espécime usando-se um Filme Sensivel a
Pressao (FSP) da Fuji (Pressure Measuring Film - FUJI PRESCALE FILM) mostrou-
se eficaz. Adicionalmente, o sistema de parafusos de passo fino, situados nas laterais
do Suporte das Sapatas, permitiu que o alinhamento fosse executado de forma pratica

e rapida.

Durante os testes de comissionamento da bancada, a diferenca entre a forca na célula

de carga superior e inferior da MTS forneceu a resposta do Dispositivo em fungao da
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carga remota e do tamanho do corpo de prova acima do contato. Os dados coletados
permitiram avaliacao experimental da rigidez da bancada mostrando que a rigidez
tedrica é um pouco maior que a obtida experimentalmente, mas da mesma ordem de
grandeza. No teste de rigidez ciclico a faixa de resposta Fy/() do Dispositivo esta entre
15,2 e 20,4 e a previsao tedrica entre 9,3 e 15,9. Ou seja, essa diferenca entre a rigidez
tedrica e a experimental do Dispositivo é suficiente para alterar significativamente a

faixa de resposta do dispositivo.

Diferentes faixas de resposta poderao ser obtidas para Vigas Flexiveis de alturas difer-
entes ou corpos de prova diferentes. Assim, antes de se conduzir testes de fadiga por
fretting no aparato é necessario proceder a um novo levantamento da curva de resposta
do dispositivo em funcao do comprimento do corpo de prova acima do contato caso se
deseje utilizar uma Viga Flexivel diferente ou um corpo de prova diferente (geometria
e/ou modulo de elasticidade). Tal procedimento é necessario nesse tipo de Dispositivo
que trabalha como um elemento mola. Entretanto o corpo de prova confeccionado para
os testes na liga de aluminio tem sua faixa de resposta limitada a Fy/Q > 7 onde Vi-
gas Flexiveis com C' > 30mm nao sao mais capazes aumentar a rigidez do dispositivo

diminuindo Fy/@Q), ou seja, aumentando a carga cisalhante () para uma dada carga Fj.

O teste de atrito realizado apods a ciclagem do contato por alguns milhares de ciclos,
sendo Q/P = 0,25, mostrou nitidamente que o coeficiente de atrito médio cresce
quando a rugosidade da superficie aumenta. O coeficiente de atrito médio, assim obtido,
foi de 0,345 o que permitiu estimar o coeficiente de atrito na zona de escorregamento
em 0, 54. Esse procedimento é fundamental durante a fase de analise de dados, quando
a historia de carregamento é calculada e usada para avaliar a resisténcia a fadiga dos
espécimes, pois o coeficiente de atrito a ser utilizado para o calculo dessa histéria de

carregamento é o da zona de escorregamento.

Para finalizar o trabalho foi realizada uma série de testes de fadiga sob condigoes
de fretting na liga Al7050 — T'7451 onde foi mantida constante a pressao de pico pg, a
amplitude de tensao remota o, e a relagdo )/ P, e variou-se apenas a componente média
da tensao remota o,,. A série de testes mostrou que mesmo sobre um campo de tensao

remoto muito inferior ao da fadiga convencional a vida do espécime sofreu acentuada
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reducao devido a presenca das cargas de contato que aceleraram sobremaneira a sua
ruptura. O exemplo mais evidente a ser citado é o caso do teste de fretting onde a tensao
remota média é nula e a tensao alternada é 92, 7M Pa. Neste teste, apesar da amplitude
de tensao remota estar abaixo do limite de fadiga alternado o_; = 146,4M Pa, pode-se
constatar dos experimentos que houve uma drastica reducio da vida (de 107 para 10°)
e mesmo sobre cargas altamente compressivas o corpo de prova ainda sofreu ruptura. A
falha s6 parou de acontecer nos casos em que o campo de tensao remoto era puramente
compressivo (0, = —92,7M Pa e 0,, = —145M Pa). Mesmo assim, nos dois altimos
casos foi ainda possivel constatar a presenca de trincas nao propagadas as quais foram
nucleadas na zona de escorregamento do contato. Tais trincas mostram o forte papel
do fretting no processo de nucleacao de trincas prematuramente uma vez que o campo

de tensao remoto compressivo nao é favoravel & nucleacao e propagacao de trincas.

Com a realizacao de uma série de testes de fadiga sob condicoes de fretting foi possivel
comprovar a eficicia do dispositivo, projetado e construido nesse trabalho, em conduzir
testes para estudo deste fenomeno. Os dados experimentais produzidos neste trabalho
nao foram analisados segundo a metodologia de avaliacao de resisténcia & fadiga por
fretting, proposta na primeira parte do trabalho, por motivos de o autor ter se ausentado
para trabalhar fora do Distrito Federal, entretanto o proposito maior do trabalho (o
projeto, a construcao e o comissionamento de um aparato para realizacao de testes de

fadiga sob condigoes de fretting) foi concluido com sucesso.

Para trabalhos futuros propoe-se o confronto de modelos de avaliacao de resisténcia a
fadiga por fretting com os dados experimentais levantados neste trabalho. A primeira
proposta seria testar a metodologia, desenvolvida na primeira parte desse trabalho, do
MCD associado ao MCWM segundo a abordagem do MP e do ML. O fenémeno de
fretting tem sido modelado por teorias de fadiga em entalhes, entretanto devido a ex-
isténcia de um desgaste superficial inerente ao problema seria desejével primeiramente
quantificar o efeito do mesmo sobre a redugao da resisténcia em fadiga e posteriormente

incorporar tal efeito em um modelo preditivo.
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APENDICES

116



ANEXO I : Algoritmo da Hiperesfera

Dang Van (1973) em seu trabalho sobre o critério proposto apresentou um algoritmo
para o calculo do centro da hiperesfera e do seu raio. O algoritmo é apresentado nos

seguintes passos.

1 - Discretizagao da historia de carregamento do tensor desviador s(¢) em n pontos sy

—s(ty), k=1,2,3,...,n.

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

o centroide do carregamento macroscopico S(t).

1 n
Pr—1 = Ezsk (1)
k=1

3 — Atribuir um valor inicial para o raio da hiperesfera, Ry_;.
4 — Para cada estado de tensao Sy e enquanto nao se obtiver convergéncia;

4.1 — Calcule a distancia entre o ponto e o centro da hiperesfera

D= (S = pior) = 55— picr) - (S = pic) ®

4.2 — Calcule o quanto o ponto esta fora da hiperesfera
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P, =Dy — Ry (3)

4.3 — Se P, < 0 mantenha o centro e raio da hiperesfera.

Ry = Ry—1p), = Pr— (4)

4.4 — Se P, > 0 o ponto esta fora

R, = Rp_1+xbFx (5)

Dy — Ry,
P = P+ —=—(Sk—pp_1)
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