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Rezumat,

Lucrarea abordeaza fenomenul de obosealda multiaxiald cu
numere mari de cicluri. In acest context se propune o noua
clasificare a acestora. Studiile de caz intocmite conduc la o serie
de concluzii in ceea ce priveste particularitatile calculului analitic
al parametrilor de oboseala multiaxiald Se propune un nou model
de degradare la oboseald multiaxiala, bazat pe cel de-al doilea
invariant al tensorului deviator de tensiune. Modelul este validat
folosind date din literatura respectiv pe baza datelor obtinute in
urma realizarii unui program experimental complex. Se realizeaza
studiul durabilitatii unui arbore cu concentrator supus la o
incdrcare multiaxialda cu amplitudine variabild. Din analiza
durabilitatii arborelui prin trei metode reiese ca modelul propus
da rezultate comparabile cu celelalte metode analizate.
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NOTATII, ABREVIERI, ACRONIME

Descriere

amplitudinea unui ciclu de solicitare de tractiune

tensiunea normald medie

valoarea maxima a tensiunii normale in decursul unui ciclu armonic
de solicitare

valoarea minima a tensiunii normale in decursul unui ciclu armonic
de solicitare

valoarea maxima a tensiunii normale in decursul unui ciclu aleator
de solicitare

valoarea minima a tensiunii normale in decursul unui ciclu aleator
de solicitare

perioada unui ciclu armonic de solicitare

frecventa unui ciclu armonic de solicitare

numarul de cicluri pana la rupere

oboseala cu numere mari de cicluri (High Cycle Fatigue)

oboseald cu numere foarte mari de cicluri (Very High Cycle Fatigue)
deformatia specifica liniara

factorul de intensitate a tensiunii

viteza de propagare a unei fisuri

coeficientul lui Poisson

oboseala cu numere mici de cicluri (Low Cycle Fatigue)

tensorul tensiunilor

tensiune normala

tensiune tangentiala

invariantii starii de tensiune

simbolul lui Kronecker

tensorul deviator al starii de tensiune

tensiunea hidrostatica

tensiunea normala octaedrica

tensiunea tangentialad octaedrica

tensiuni normale principale

tensiuni tangentiale principale

deformatie specifica liniara

deformatie specifica unghiulara

invariantii starii de deformatie

tensorul deviator al starii de deformatie
deformatie medie

modul de elasticitate longitudinal
modul de elasticitate transversal
deformatie specifica liniara plastica
deformatie specifica unghiulara plastica
rezistenta la rupere

limita de curgere
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ec,max
er,max
eo‘l,maXI
ecsz,max
er12,ma><

ewct,max
eAr,max
echt,max

6cva,max

6cvas,max

echr,max
9csSin,max
eo-Yok,max
6cyMat,max
ec:McD,max
ecsSinII,max
ecCro,ma)(
9cKK.max

limita de oboseala la tractiune cu cicluri simetrice

limita de oboseala la tractiune cu cicluri pulsante

limita de oboseala la torsiune cu cicluri simetrice

limita de oboseala la torsiune cu cicluri pulsante

limita de oboseala la incovoiere cu cicluri alternant simetrice
parametru de degradare

amplitudinea unui ciclu de solicitare de torsiune

unghiul de faza dintre tensiunile componente

Densitatea spectrala de putere (Power Spectral Density)

cel de-al doilea invariant al tensorului deviator de tensiune
factor de neproportionalitate

raportul frecventelor tensiunilor tangentiale respectiv normale
gradul (coeficientul) de asimetrie al unui ciclu de solicitare
limita de proportionalitate

tensiunea echivalenta conform criteriului Rankine

tensiunea echivalenta conform criteriului Tresca

tensiunea echivalenta conform criteriului von Mises
tensiunea echivalenta conform criteriului ,von Mises cu semn”
tensiunea echivalenta conform criteriului Sines

tensiunea echivalenta conform criteriului Yokobori

tensiunea echivalenta conform criteriului Findley

tensiunea echivalenta conform criteriului Matake

tensiunea echivalenta conform criteriului McDiarmid
tensiunea echivalenta conform criteriului Sines II

tensiunea echivalenta conform criteriului Crossland
tensiunea echivalenta conform criteriului Kakuno-Kawada
unghiul planului pe care tensiunea normala este maxima
unghiul planului pe care tensiunea tangentiala este maxima

unghiul planului pe care tensiunea normala principald este maxima

unghiul planului pe care tensiunea tangentiald principala este
maxima

unghiul planului pe care tensiunea tangentiald octaedrica este
maxima

unghiul planului pe care amplitudinea tensiunii tangentiale este
maxima

unghiul planului pe care amplitudinea tensiunii tangentiale
octaedrice este maxima

unghiul planului pe care tensiunea von Mises este maxima
unghiul planului pe care tensiunea ,von Mises cu semn” este
maxima

unghiul planului pe care tensiunea Tresca este maxima

unghiul planului pe care tensiunea Sines este maxima

unghiul planului pe care tensiunea Yokobori este maxima
unghiul planului pe care tensiunea Matake este maxima
unghiul planului pe care tensiunea McDiarmid este maxima
unghiul planului pe care tensiunea Sines II este maxima
unghiul planului pe care tensiunea Crossland este maxima
unghiul planului pe care tensiunea Kakuno-Kawada este maxima
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1. INTRODUCERE. CUPRINSUL COMENTAT

Cercetarile in domeniul oboselii materialelor folosite in constructia de masini
au nceput deja in secolul XIX. Cu toate ca timpul scurs din acea perioada pana in
zilele noastre este lung, la ora actuald fenomenul de oboseald nu este inca stapanit
in totalitate.

Unul dintre primii cercetatori care a realizat incercari de laborator in
domeniul oboselii a fost August Wohler. El a observat ca aplicarea o singura data a
unei sarcini mult mai mici decat rezistenta la rupere a unei piese nu produce nici o
degradare in materialul piesei. Dar daca se aplica aceeasi sarcina in mod repetat de
foarte multe ori, ea poate cauza ruperea componentei. Din moment ce n acea
perioadd nu exista posibilitatea vizualizarii progresului degradarii din materiale,
oboseala era considerata un fenomen misterios pentru care nu existau explicatii
logice pentru ruperile care se produceau aparent fara nici un semnal.

Principalul pas inainte in intelegerea fenomenului de oboseald s-a facut abia
in secolul XX, atunci cand cercetatorii au observat existenta unui mecanism de
degradare din materiale care se declanseaza sub actiunea solicitarilor repetate si
care conduce la nucleatia unei microfisuri, urmat de propagarea acesteia si
culminand in final cu ruperea completa a piesei.

Istoria echipamentelor ingineresti, fie ele masini, utilaje, vehicule, aeronave
sau diferite structuri, a fost marcata de numeroase ruperi cauzate de oboseala.
Unele din aceste cazuri au provocat dezastre de proportii, cum ar fi explozia unui
recipient sub presiune, ruperea unui pod, etc. De cele mai multe ori problemele
cauzate de fenomenul de oboseala nu au ajuns pe primele pagini ale ziarelor, insa
au avut repercusiuni majore pe plan material [Schijve, 2003, 2009]. La ora actuala
oboseala este considerata una dintre cele mai importante probleme in domeniul
constructiilor de masini si a structurilor [Nicholas, 2006], din moment ce peste 80%
din totalul ruperilor inregistrate se datoreaza acestui fenomen.

In majoritatea ramurilor industriale, calculul la oboseald reprezinta o etapa
de baza in procesul de proiectare a echipamentelor. In multe cazuri ins3, pe
parcursul calculului componentelor supuse la solicitari complexe, problema este
redusa la o solicitare monoaxiala echivalenta, fara a evalua daca criteriile de
simplificare sunt valide pentru piesa sau starea de solicitare considerate [Dumitru si
Negut, 2003; Potter, Yousefi s.a., 2000]. In ultimii ani problema oboselii multiaxiale
a constituit tematica mai multor conferinte internationale, respectiv a multor lucrari
publicate in literatura de specialitate [Socie si Marquis, 2000; Lee, Pan s.a., 2005;
Murakami, 2002].

Starile multiaxiale de tensiuni si deformatii intr-un punct al unui element de
rezistentd nu pot fi evitate pentru marea majoritate a echipamentelor si instalatiilor
din constructia de masini. In cazul cel mai simplu al unei bare solicitate la tractiune,
se obtine o stare triaxiald in deformatii. Daca de-a lungul axei longitudinale se obtin
deformatiile €, dupa celelalte doua directii deformatiile specifice devin -ve, unde
coeficientul lui Poisson poate lua valori de la 0,3 in domeniul elastic, la 0,5 in
domeniul plastic. Trecdnd la o analizd in tensiuni pentru o sectiune inclinata in
conditiile aceleiasi solicitari se ajunge la o problemad de stare planda de tensiuni
[Dumitru, 2009]. La o stare plana de tensiuni se ajunge si daca se considera un
element din peretele unui recipient aflat sub presiune interioara. Este evident ca
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studiul oboselii devine o problema deosebit de complexa in cazul unor solicitari
compuse variabile In timp cu atat mai mult daca solicitarile componente sunt
defazate unele fata altele sau au frecvente diferite, asa cum se intampla de exemplu
la arborii de masini. La asemenea solicitdri cu defazaje sau frecvente diferite,
directiile principale nu raman fixe in timp si din aceasta cauza pozitiile planelor unde
tensiunile sau deformatiile ating valori extreme nu mai sunt cunoscute apriori [ASM
Handbook, 1996]. Totodatda, pe aceste plane, pe langa tensiunile tangentiale
extreme (care determind aparitia microfisurilor) mai actioneaza si tensiuni normale,
care nu sunt neapdrat in faza cu cele tangentiale. Tensiunile normale care
actioneaza in planele tensiunilor tangentiale extreme influenteaza la randul lor
nucleatia fisurilor, prin deschiderea acestora, dar intr-o maniera neelucidata inca pe
deplin.

Acestui subiect Ti sunt dedicate zeci de articole stiintifice in fiecare an,
neajungand-se inca la o corelare multumitoare intre diversele modele de degradare
si rezultatele experimentale.

Cercetarile in acest domeniu s-au intensificat incepand cu anii 1960-1970,
odata cu explozia dezvoltarii tehnologiei de calcul. Acest fapt a permis prelucrarea in
timp scurt a unor cantitdti mari de date generate prin inregistrarea variatiei
parametrilor de oboseald. La ora actuala se lucreaza in mai multe directii si in ultimii
ani s-a ajuns la un nivel foarte avansat. Sunt propuse diferite moduri de abordare a
oboselii multiaxiale, cum ar fi studiul la nivelul micro, meso sau macro, zeci si chiar
sute de modele de degradare fiind dezvoltate pentru fiecare dintre nivelele
mentionate. De asemenea, cercetarile s-au diversificat si In ceea ce priveste
domeniul de durabilitate, astfel efectuandu-se studii pentru numere mici de cicluri,
numere mari de cicluri si numere foarte mari de cicluri.

Lucrarea de fata se incadreaza in acest domeniu in plind dezvoltare prin
faptul ca aduce o contributie materializata printr-o propunere proprie asupra unui
model de calcul la obosealda multiaxiala. Mai mult decat atat, datorita faptului ca
ofera o sistematizare al stadiului actual al cercetarii in oboseala multiaxialda cu
numere mari de cicluri la nivel mondial, teza de doctorat aduce un plus real de
valoare in tara noastra, unde fenomenul de oboseald multiaxiala este foarte putin
abordata.

Teza de doctorat este conceputa pe sase capitole de baza la care se adauga
un capitol de detaliere a contributiilor personale ale autorului la rezolvarea temei
propuse si bibliografia.

Dupd analiza oportunitatii lucrarii si a obiectivelor urmarite, se prezinta in
Capitolul 2 stadiul actual al cercetarii in domeniul oboselii multiaxiale la numere
mari de cicluri. Dupa expunerea unor generalitati asupra oboselii in general si a
metodologiilor de calcul la oboseald, se trece la o analizd amanuntitda a starilor
triaxiale in tensiuni si deformatii. Cu aceasta ocazie sunt definite o serie de marimi
care intervin la studiul oboselii multiaxiale si care sunt utilizate in capitolele
urmatoare. Folosind cele mai noi cercetari bibliografice, se prezinta apoi principalele
metode de calcul la oboseala multiaxiala.

Sunt clasificate metodele de calcul in sase categorii si anume: metode
bazate pe tensiunile echivalente, metodele planelor critice, metodele integralelor,
metodele energetice, metodele bazate pe inviariantii starii de tensiune si metoda
mesoscopica. In cadrul primei categorii sunt analizate modelele: Gough, Lee,
Langer, Von Mises, fiecare cu avantajele si dezavantajele lor. Se face o prezentare
in detaliu a modelelor bazate pe planele critice. Sunt analizate principalele modele,
respectiv: Sines, Findley, McDiarmid si Van Dang. In ce priveste modelele
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integralelor, se analizeaza cel mai sugestiv, respectiv modelul Papadopoulos.
Modelele energetice au fost grupate in trei categorii, respectiv modele bazate pe
energia elastica, plastica si modele care iau in considerare atat energia elastica cat
si plastica. In acest sens au fost analizate modelele Chu-Conle-Bonnen, Glinka-
Wang-Plumtree. O atentie deosebita s-a acordat modelelor bazate pe invariantii
starilor de tensiune cu referire la modelele Sines, Crossland, Papadopoulos, Bin Li,
Mamiya-Araujo. In final se prezinta si modelele mesoscopice cu referire la modelul
Van Dang, care abordeaza fenomenul de obosealda multiaxiald la scard mesoscopica.

Paragraful 2.5 prezinta o sinteza critica a parametrilor de degradare utilizati
de diverse teorii cu avantajele si dezavantajele lor.

Capitolul 3 intitulat ,Particularitdti ale calculului analitic al parametrilor de
oboseald folosind modele multiaxiale” contine o serie de contributii originale privind
modelarea si simularea unora dintre cele mai reprezentative metode care abordeaza
oboseala multiaxiala.

Acest capitol a avut ca scop determinarea pozitiei planelor critice pentru o
solicitare compusa formal din tensiuni normale si tangentiale defazate cu n/2 sau
alte unghuri pentru care s-au determinat planele critice in care parametrii critici
respectiv: tensiunea normald, tensiunea tangentiald, amplitudinea tensiunii
tangentiale, tensiunea echivalenta Findley, tensiunea echivalentd von Mises si alte
tensiuni echivalente respectiv tensiunea octaedrica, ating valorile maxime.
Concluziile trase de autor dupa acest studiu sunt deosebit de utile in ce priveste
abordarea unui calcul la oboseala multiaxiala.

Calculele prezentate au fost realizate in mediul de programare MathCad 14
si ele au fost astfel concepute incat prin modificarea datelor de intrare sa se poata
analiza pozitia planului critic in functie de amplitudinile tensiunilor, unghiul de
defazare, frecventa, etc. fara a mai fi necesare calcule suplimentare.

Tot n acelasi capitol se poate aminti elaborarea unui program pentru studiul
tensiunii echivalente cu luarea in considerare a semnului acesteia. In acest sens s-a
intocmit un program de calcul pentru implementarea teoriei lui Bishop care a fost
comparat cu modelul Yokobori. Simularea modelului Yokobori s-a realizat pe baza
unui hodograf al tensiunilor, fapt ce permite gasirea planului critic in coordonate
polare.

Capitolul 3 mai contine si un studiu al influentei unghiului de defazare si a
frecventei asupra pozitiei planului critic pe baza modelului Findley. Aici s-au luat in
discutie 13 cazuri de incarcare si de asemenea a fost intocmit un program de calcul
care a permis tragerea unei serii de concluzii deosebit de utile in privinta influente
fiecarui mod de incarcare asupra parametrului Findley la diferite rapoarte ale
frecventelor.

Ultimul paragraf al Capitolului 3 contine un studiu comparativ intre modelele
Yokobori, Matake si McDiarmid pentru 17 regimuri de incarcare. Pentru definirea
planului critic pentru cele trei modele analizate, a fost create o serie de functii in
MathCad cu care s-au determinat tensiunea normald, tensiunea tangentiald si
amplitudinea tensiunii tangentiale in orice plan inclinat cu un unghi 6. Suprafetele de
variatie ale acestor marimi au fost reprezentate intr-un sistem de coordonate
tridimensional.

Finalul acestui capitol contine o serie de concluzii asupra modelelor studiate
si cu o serie de particularitati privind aplicarea lor intr-un calcul concret de
proiectare.

In Capitolul 4 se propune un model original pentru calculul la oboseala
multiaxiald Tn domeniul durabilitatii nelimitate. Modelul propus calculeazd un
parametru de degradare pe baza radicalului de ordinul doi a amplitudinii celui de-al
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doilea invariant al tensorului deviator si presiunea hidrostatica maxima. Parametrii
de material utilizati sunt: limita de oboseala la tractiune ciclica si limita de oboseala
la rasucire ciclica. Pentru aplicarea criteriului a fost elaborat un program de calcul a
amplitudinii celui de-al doilea invariant al tensorului deviator. Corectia modelului a
impus introducerea unei functii de pondere pentru compensarea efectului
neproportionalitatii.

Criteriul a fost verificat atat pe baza unor date din literatura de specialitate
cat si pe rezultatelor experimentale obtinute de autor.

Verificarea modelului a fost confirmata prin histograma erorilor relative a
carei distributie Gaussiana pune in evidenta posibilitatea aplicarii pe scara larga a
criteriului propus

Capitolul 5 este destinat studiului experimental privind influenta
neproportionalitatii asupra durabilitatii otelului 41Cr4.

Programul experimental a avut ca scop intr-o prima etapa determinarea
caracteristicilor mecanice de bazd ale otelului 41Cr4. A doua etapa a cuprins
trasarea curbelor de durabilitate ale otelului 41Cr4 la tractiune si rasucire dupa
cicluri simetrice.

Etapa a treia si care este cea mai complexa a avut ca scop evaluarea
efectului neproportionalitatii Tncarcarilor asupra durabilitatii la solicitari ciclice de
tractiune cu rasucire. Acest studiu a fost efectuat in cadrul Laboratorului de
Incercari de Materiale din cadrul Insitutului de Cercetare BAY-LOGI, Miskolc,
Ungaria.

Regimurile de incarcare, studiate atat teoretic cat si experimental in
conditiile solicitarii compuse de tractiune cu rasucire s-au bazat pe mai multe
rapoarte ale amplitudinilor celor doua solicitari corespunzator a doua defazari (& = 0
si ® = n/2). Pentru fiecare regim de incarcare s-a studiat variatia tensiunilor
normale si tangentiale in punctul in care traseul de incarcare se afla la distanta
maxima fata de origine.

Folosind reprezentari sub forma unor hodografe s-au determinat pozitiile
planelor critice gorespunzétor cu diverse teorii si care au fost confruntate cu datele
experimentale. In cursul incercarilor s-au analizat buclele de histereza la inceputul
incercarilor si la ultimele cicluri de solicitare.

Modelul propus a fost validat pe baza incercarilor efectuate iar erorile au fost
calculate si comparate cu cele prezise de alte modele luate in studiu. Cercetarile
efectuate au evidentiat cd modelul propus aduce o Tmbunatatire in ce priveste
acuratetea calculului tensiunilor atat pentru fincarcari proportionale cat si
neproportionale.

Unul dintre capitolele care contine mai multe contributii originale este
Capitolul 6, in care se face o analiza in detaliu asupra calculului duratei de viata a
unui arbore supus unei solicitari variabile de incovoiere cu rasucire.

Analiza a fost efectuatd pe baza ciclului real de solicitare a arborelui, a carui
durata este de 500 ms dupa care acesta se repeta integral. Arborele este prevazut
cu un concentrator de tensiune de tipul unei racordari, dovedit a fi deosebit de
periculos, conducand la ruperea prematura a arborelui.

Pe baza unui model de analizd cu elemente finite realizat in programul
ABAQUS 6.9-3 s-a efectuat un studiu riguros al celor sase componente ale
tensorului tensiune in zona concentratorului, unde aceste componente ating valori
extreme pentu trei raze de racordare.

Spectrul de solicitare a fost prelucrat cu metoda Matsuishi si Endo pe baza
unui program conceput special pentru acest scop, fapt ce a permis o analiza a 42
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cicluri de solicitare pentru care s-au calculat tensiunile maxime si minime,
amplitudinile, valorile medii si amplitudinea unui ciclu echivalent simetric.

Calculul durabilitatii arborelui s-a facut prin trei metode si anume:

e Metoda reducerii solicitdrii multiaxiale la o solicitare uniaxiala echivalentd pe
baza unei corectii Morrow, pentru care a fost conceput un program special;

e Metoda Feng si Titus care se bazeaza pe codurile de proiectare ASME, ITER, FIRE
si codurile germane. Aceastda metoda se bazeazd pe o tensiune echivalenta
Tresca, iar amplitudinea si valoarea medie a ciclului echivalent determinat sunt
corelate pe baza cosinusilor directori corespunzatori fiecarei tensiuni;

e Metoda propusa de autor pentru aplicarea caruia s-a conceput un alt program
pentru transformarea ciclului aleator fintr-un ciclu cu amplitudine constanta
folosind criteriul Morrow.

In finalul capitolului se face o analizd comparativd a duratelor de viata
calculate pentru zona periculoasa a concentratorului de tensiune la trei raze de
racordare, respectiv: 2 mm, 2,5 mm si 3,2 mm.

Metoda propusa in cadrul acestui capitol s-a incadrat suficient de bine
comparativ cu celelalte metode, fiind recomandata si prin faptul ca da rezultate mai
acoperitoare fatd de modelul Feng-Titus.

Capitolul 7 al lucrarii cuprinde concluziile si principalele contributii originale
ale autorului.
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2. STADIUL ACTUAL AL CERCETARII IN
DOMENIUL OBOSELII MULTIAXIALE CU NUMERE
MARI DE CICLURI

2.1. Generalitati

Amploarea cercetarilor actuale determind o reconsiderare continuda a
conceptelor, metodologiilor experimentale si de calcul a elementelor si structurilor
supuse la solicitari variabile. Efortul considerabil depus pentru elucidarea naturii
fenomenului de degradare la solicitéari variabile poate fi clasificat pe mai multe
niveluri, pornind de la fizica metalelor si ajungand pana la structuri complexe reale.

Starea de tensiune din vecindtatea oricarui concentrator de tensiune este de
regula multiaxiald, chiar daca componenta in sine din care face parte concentratorul
este supusa la o solicitare monoaxiala. Astfel la baza unui filet se obtine o stare
biaxiala fata de restul surubului aflat intr-o stare monoaxiala de tensiuni. Problema
care in general se pune este In ce masura o solicitare variabilda uniaxiala este
echivalenta cu o solicitare variabila multiaxiala. Un caz aparte in ceea ce priveste
calculul la oboseala multiaxiald o reprezinta recipientele si conductele aflate sub
presiune interioara variabilda in timp [Dumitru, Kun s.a., 2010; Dumitru, Tripa s.a.,
2010]. |

In paragrafele care urmeaza se face o introducere in problematica oboselii
multiaxiale, pornind chiar de la definitia parametrilor care caracterizeaza un ciclu de
solicitare. Se face o sistematizare a metodologiilor de calcul la oboseala multiaxiala,
metodologii dintre care se distinge cea a calculului oboselii multiaxiale cu numere
mari de cicluri, directia pe care se axeaza prezenta lucrare. Mai mult decéat atat, in
cadrul acestui capitol se face o trecere in revista a principalelor modele de
degradare la oboseald multiaxiala cu numere mari de cicluri publicate in literatura
de specialitate.

2.1.1. Spectre de solicitare deterministe respectiv aleatoare

Un ciclu de solicitare in acceptiunea obisnuitda, reprezinta in general
totalitatea valorilor pe care le obtine tensiunea intr-un punct al unui element de
rezistentd in decursul unei perioade de timp. Variatia tensiunilor poate fi descrisa
prin functii explicite de timp, denumite solicitari deterministe.

In functie de reproductibilitatea tensiunilor, solicitérile deterministe pot fi
periodice sau neperiodice, iar cele periodice pot fi la randul lor armonice (cu
amplitudine constanta) (Fig. 2.1a) sau cu variatie complexa. Daca variatiile
tensiunilor nu pot fi descrise printr-o functie explicitd de timp, solicitarea se
considera aleatoare (Fig. 2.1b) [Dumitru, 2009]. Parametrii care descriu un ciclu de
solicitare, reprezentati in Fig. 2.1, au urmatoarea semnificatie: o, este amplitudinea
ciclului, o, reprezinta tensiunea medie, Omin Si Omax Sunt valorea minima respectiv
maxima a tensiunii in decursul unui ciclu de solicitare, 0, max €ste valoarea maxima a
amplitudinii in cazul unui ciclu cu amplitudine variabild, iar Oi Si Osp reprezintd
minimul respectiv maximul atins de tensiune in decursul unui spectru aleator. T
reprezintd perioada iar f este frecventa cu care se repeta ciclul.
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Fig. 2.1. Ciclu de solicitare armonic (a) respectiv aleator (b) [Dumitru, 2009]

Asemenea solicitari apar cel mai frecvent in timpul fuctionarii diverselor
echipamente si instalatii mecanice. Pentru caracterizarea unei asemenea solicitari si
abordarea ei din punctul de vedere al oboselii multiaxiale, este necesar ca pe langa
valorile extreme ale tensiunii sa se introduca si unele marimi suplimentare. Analiza
spectrelor aleatoare a constituit si constituie obiectul multor studii legate de
descompunerea secventiald a acestora sau asa numita numarare a ciclurilor. Pana in
prezent au fost propuse mai multe metode sau tehnici de analizd a spectrelor
aleatoare. Aceste metode se clasifica in cinci grupe, dupa cum urmeaza:

* metoda traversarii nivelului (level crossing) [Gassner si Schultz, 1962];

* metoda bazata pe evaluarea variatiilor si valorilor medii ale secventelor ciclului
aleator (range/main) [Power, 1978];

* metoda picaturii (rainflow) [Matsuishi si Endo, 1969];

= metoda celor patru puncte (four-point algorithm) [Provan, 2006];

= metode bazate pe functiile densitatii de probabilitate [Cioclov, 1975].

Este subliniatd astfel importanta prelucrarii corecte a spectrelor reale de
solicitare, care, de cele mai multe ori, prezinta amplitudine variabila.

2.1.2. Mecanisme de degradare la oboseala

In abordarea oboselii multiaxiale sunt necesare de asemenea cunostinte de
mecanica ruperii, din moment ce procesului de degradare a unui material la
oboseald ii sunt caracteristice mai multe faze. Conform marii majoritati a studiilor
referitoare la comportarea materialelor la solicitari variabile, aceste faze sunt trei la
numar, si anume: initierea fisurii, propagarea fisurii si ruperea finala.

Tensiunea tangentialad ciclica este considerata factor dominant in initierea
microfisurilor de oboseald. Aceasta tensiune cauzeaza ecruisari repetate locale ale
materialului, fapt ce conduce la formarea unor benzi de alunecare in grauntii
acestuia. Cum tensiunea tangentiala atinge valori maxime pe suprafata pieselor
supuse la solicitdri variabile, initial fisurile de oboseald sunt aproape intotdeauna
microfisuri de suprafata, ele evoluand spre interiorul materialului in prelungirea unor
intruziuni de material. Dintre aceste microfisuri amorsate una la depdseste pe
celelalte, estompand extinderea celor invecinate printr-un efect de descarcare.

Extinderea se produce pana cand propagarea acesteia incepe sa fie
controlata de tensiunea normald. Durata de nucleatie Tmpreuna cu perioada de
propagare a microfisurii pana cand aceasta devine controlata de tensiunea normala
reprezinta Stadiul I de propagare a fisurii dupa Forsyth [Forsyth, 1962, 1963]. Din
acest moment nu se mai poate vorbi de o microfisura ci de o macrofisura sau fisura
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de oboseala. Odata cu formarea macrofisurii, debuteaza a doua faza a procesului de
degradare la solicitari variabile (Stadiul II), si anume propagarea macrofisurii, cea in
care controlul revine tensiunii normale [Forsyth, 1962, 1963]. Fisura de oboseala se
propaga evident pana cand sectiunea piesei se slabeste astfel incat se produce
ruperea finala. Ruperea finald poate avea in functie de conditiile de solicitare,
material, temperatura, etc un caracter ductil sau fragil [Dumitru, 2009]. In Fig. 2.2
sunt indicate aceste faze cu procesele caracteristice precum si parametrii globali
care caracterizeaza degradarea.

directia de propagare a fisurii

\/

microfisuri

o(t)

suprafata liberd /

K — coef. teoretic de concentrare a tensiunilor
K, — coef. local de concentrare a tensiunilor
K. — coef. cocal de concentrare a deformatiilor

Ke, Ky, Jo — tenacitatea la
I rupere

K — factorul de intensitate a tensiunii
J —integrala J

|
|
f | 5

L Stadiul I _ Stadiul 11 : |

! |
i 8 | |
| Initierea fisurii I | |
\ [ i I I

N |
} : Nucleatia [} : :
I| Ecruisare prin deformatii | | fisurilor I - | N |
| T T— | ! Propagarea macrofisurilor | Ruperea finala |
| plastite repstale || Propagarea |l | |
| | | microfisurilor : | |
| : | |
| ! | |
| : : |
| |
I I |

Fig. 2.2. Fazele procesului de degradare la solicitari variabile [Dumitru, 2009]

Modurile de rupere depind de forma si dimensiunile fisurii, respectiv de
modul de incarcare. Astfel, se deosebesc trei moduri de rupere, asa cum se arata in

Fig. 2.3:

N

e

Modul I Modul 11 Modul 111

Fig. 2.3. Moduri de rupere [Socie si Marquis, 2000]
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Tensiunile normale care apar in urma intinderii conduc la fisurare dupa
Modul I, adica deschid fisura. Acesta este cel mai des intalnit mod de rupere, toate
incarcarile se considera ca avand acest efect daca nu se specifica altfel [Socie si
Marquis, 2000]. Tensiunile tangentiale care apar in urma incarcarii la torsiune, in
cazul unei fisuri de suprafata provoaca propagarea atdt dupa Modul II, cat si dupa
Modul III. Modul II de propagare se produce de-a lungul suprafetei libere, iar Modul
IIT se produce in punctul de cea mai mare adancime a fisurii. In toate celelalte
puncte de pe fetele fisurii propagarea este mixta dupa Modurile II si III.

Sub actiunea tensiunii tangentiale fisurile se pot propaga in doua feluri,
diferentiandu-se astfel cazurile A si B [McDiarmid, 1991, 1994], asa cum se arata in
Fig. 2.4.

Cazul A Cazul B
Fig. 2.4. Cazurile A si B de extindere a fisurii [McDiarmid, 1991, 1994]

Cazul A corespunde solicitarii de rasucire deoarece in acest caz tensiunile
tangentiale actioneaza pe suprafata liberd, paralel cu lungimea fisurii. Nu actioneaza
tensiuni perpendiculare pe suprafata libera de-a lungul lungimii fisurii.

Spre deosebire de cazul A, in cazul B tensiunile tangentiale actioneaza
perpendicular pe directia lungimii fisurii, iar planul de fisurare este inclinat la 45°
fatd de suprafata libera.Cazul B apare la intinderea biaxialda si este descris prin
modelele de formare a extruziunilor si intruziunilor.

Pentru solicitarea de intindere tensiunile tangentiale sunt aceleasi pentru
cele doua cazuri si se pot manifesta ambele moduri de fisurare. In cazul solicitarii de
torsiune sau a solicitarii de tractiune cu torsiune, fisurarea se produce dupa cazul A.

2.2. Metodologii de calcul la oboseala

In prezent cele mai folosite trei metodologii clasice de calcul, carora le
corespund trei moduri de abordare a oboselii, sunt:
* metoda bazatd pe analiza tensiunilor (Stress-Life);
* metoda bazata pe analiza deformatiilor (Strain-Life);
* metoda tolerarii defectelor (degradarii) (Damage-Tolerance).
A patra metoda, care face obiectul celor mai noi cercetari se bazeaza pe
simularea tuturor fazelor care contribuie la degradarea prin oboseala.

2.2.1. Metoda bazata pe analiza tensiunilor

Aceasta a fost prima abordare a oboselii si a debutat in jurul anului 1860,
atunci cand inginerul August Wohler a efectuat primele incercari asupra osiilor de
vagoane. Aceastd abordare are la baza utilizarea curbei de oboseald sau asa-numita
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curba Wohler, trasatd in coordonate S-N (unde S reprezinta tensiunea nominala
calculata cu relatiile clasice din rezistenta materialelor, iar N este numarul de cicluri
pana la rupere). Ruperea este inteleasa ca si separarea completd a epruvetei sau
piesei supuse la solicitari variabile. Aceastd metoda este aplicabild materialelor fara
fisuri, solicitate elastic, fabricate din otel sau din materiale feroase. Epruvetele
folosite trebuie sa respecte anumite conditii de similitudine cu piesele reale.

Folosind aceasta metoda se realizeaza o proiectare fie in conditiile unei
functionari sigure pe o duratd de viatd nelimitatd, fie in conditiile unei functiondri
sigure pe o durata de viata limitata. In ambele cazuri vorbim despre calculul la
oboseald cu numere mari de cicluri (High Cycle Fatigue - HCF) sau oboseala cu
numere foarte mari de cicluri (Very High Cycle Fatigue - VHCF) [Shiozawa,
Hasegawa s.a., 2009; Akiniwa, Stanzl-Tschegg s.a., 2008].

Cu toate ca pe parcursul anilor s-a acumulat un volum considerabil de
cercetari teoretice si experimentale in acest domeniu, aceasta metoda continua sa
fie folosita pe scara foarte larga si in zilele noastre. O particularitate care o face sa
aiba o larga utilizare este aceea ca trasarea si interpretarea unor curbe de oboseala
S-N nu reprezinta o problema pentru un laborator de incercari cu dotari medii.

Progresele considerabile realizate in domeniul echipamentelor mecanice intre
anii 1940 si 1950 a impus o crestere a capacitatii portante aplicate acestora.
Rezultatul direct a constat intr-o crestere a tensiunilor peste limita de elasticitate,
respectiv aparitia in anumite zone, cum ar fi concentratorii de tensiune, a unor
deformatii plastice locale. Cele de mai sus au impus dezvoltarea unor tehnici noi
pentru evaluarea cantitativa a acestor deformatii la sarcini ciclice [Dumitru, 2009].

2.2.2. Metoda bazata pe analiza deformatiilor

Spre deosebire de metoda bazatd de analiza tensiunilor, aceasta metoda
utilizeaza curbe de oboseald sau curbe de durabilitate in coordonate e-N, unde €
reprezinta deformatia specificad locald, iar N este numarul de cicluri pana la rupere.

Criteriul de rupere initial s-a dorit a fi reprezentat de aparitia primelor fisuri
»mici”. Dificultatile legate de stabilirea marimii acestora, precum si de detectarea lor
pe parcursul incercarilor de oboseald, au facut ca ruperea sa fie considerata si in
cadrul acestei metode ca o separare completad in doua parti ale epruvetei [Dumitru,
2009; Socie si Marquis, 2000]. Analog cu metoda tensiunilor, metoda bazata pe
analiza deformatiilor considera ca materialul din care sunt executate elementele de
rezistentd nu contin fisuri initiale. Evident ca metoda ,Strain-Life” implica utilizarea
unor tehnici mai complicate, in schimb are avantajul ca poate fi utilizata pentru orice
geometrie a pieselor, la amplitudini ridicate ale tensiunilor, care conduc la aparitia
deformatiilor plastice inca de la primele cicluri de solicitare.

Metoda bazata pe analiza deformatiilor se aplicd in toate cazurile cand
sarcinile variabile incud deformatii plastice, iar conceptul care sta la baza acesteia
este functionarea sigura pe o duratda de viata limitata. In acest caz vorbim despre
calcul la oboseald cu numere mici de cicluri (Low Cycle Fatigue — LCF) [Schram,
Wesling s.a., 2006; Hoffmeyer, Doéring s.a., 2006].

Aceasta metoda, ca si cea anterioara, se preteaza la acele echipamente la
care in general nu este posibil s@ se efectueze un control nedistructiv in timpul
functionarii.

2.2.3. Metoda tolerarii defectelor

In cazul ambelor metode prezentate anterior, s-a acceptat conditia ca
materialul nu contine goluri (fisuri). Daca vorbim de exemplu despre Tmbinari

BUPT



28 Stadiul actual al cercetarii in domeniul oboselii multiaxiale cu numere mari de cicluri - 2

sudate, materiale turnate sau piese la care prezenta unor discontinuitdti se poate
datora tehnologiilor de prelucrare, montaj sau reparare, o astfel de ipoteza nu se
mai poate accepta. Mai mult decat atat, dupa anumite perioade de functionare a
unor piese pot sa apara fisuri si problema care se pune este daca acestea mai pot fi
lasate sau scoase din exploatare.

Incepand cu anul 1960 se pun bazele celei de-a treia metode, respectiv
metoda tolerarii defectelor, care analizeaza evolutia fisurilor sub actiunea sarcinilor
variabile pe baza conceptelor mecanicii ruperii.

Aceastda metodda impune un control permanent al marimii fisurii prin
monitorizarea lungimii ei pana la ruperea finald, cand, evident, aceasta atinge o
valoare critica. Parametrul care caracterizeaza de aceasta data starea de tensiune la
varful unei fisuri este factorul de intensitate a tensiunii, K. Acesta este insotit de
indicii I, II sau III corespunzator celor trei moduri de rupere. Curba de oboseala in
acest caz se traseaza in coordonatele da/dN (viteza de propagare a fisurii) in functie
de AK (variatia factorului de intensitate a tensiunii).

Conform acestei metode, pentru o geometrie a unei fisuri, respectiv
lungimea critica a acesteia, se poate calcula AK, iar pe baza dependentei (da/dN -
AK) cunoscuta pentru acel material, rezulta vitezele de propagare ale fisurii care
permit apoi determinarea numarului de cicluri padna la rupere [Dumitru, 2009].
Dezavantajele metodei constau in greutatile impuse de un calcul corect al factorului
de intensitate a tensiunii in functie de geometria corpului cu fisura, lungimea
acesteia, conditii de solicitare, respectiv obtinerea caracteristicilor de material
precum si integrarea numericd sau analitica pentru determinarea duratei de viata N.
La acestea se mai adauga si performantele metodei de control nedistructiv utilizata,
cu ajutorul careia se monitorizeaza experimentul. Dupa cum se vede, aceasta
metoda nu ia in considerare faza initialda a fenomenului de oboseald, respectiv
initierea fisurii.

2.3. Oboseala multiaxiala

Dupa cum s-a precizat in cele de mai sus, starile multiaxiale de tensiuni si
deformatii intr-un punct al unui element de rezistenta nu pot fi evitate pentru marea
majoritate a echipamentelor si instalatiilor din constructia de masini. Chiar si in
cazul cel mai simplu al unei bare solicitate la tractiune, se obtine o stare triaxiala in
deformatii. Daca de-a lungul axei longitudinale se obtin deformatiile €, dupa celelalte
doua directii deformatiile specifice devin —-ve, unde coeficientul lui Poisson poate lua
valori de la 0,3 in domeniul elastic, la 0,5 in domeniul plastic. Trecand la o analiza in
tensiuni pentru o sectiune inclinatd in conditiile aceleiasi solicitari se ajunge la o
problema de stare plana de tensiuni [Dumitru, 2009]. Este evident ca studiul
oboselii devine o problema deosebit de complexa in cazul unor solicitari compuse
variabile in timp cu atat mai mult daca solicitarile componente sunt defazate unele
fata altele sau au frecvente diferite, asa cum se intdmpla de exemplu la arborii de
masini. La asemenea solicitari cu defazaje sau frecvente diferite, directiile principale
nu raman fixe in timp si din aceasta cauza pozitile planelor unde tensiunile sau
deformatiile ating valori extreme nu mai sunt cunoscute apriori [ASM Handbook,
1996].

Asemenea solicitari multiaxiale, la care directiile principale nu raman fixe in
decursul unui ciclu, se numesc solicitari neproportionale. De-a lungul timpului au
fost propuse mai multe definitii ale neproportionalitatii. La ora actuald insa exista o
definitie larg acceptata a proportionalitatii. Astfel, proportionalitatea este strans
legata de ecruisarea care apare in materialele policristaline, ecruisare care este
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cauzatd la randul ei de schimbarile aparute in structurile dislocatiilor din material.
Prin urmare, o solicitare neproportionalda poate fi definita, din punct de vedere
mecanic, drept rotatia directiilor tensiunilor tangentiale principale. Din punct de
vedere al oboselii materialelor, o solicitare in decursul careia directiile principale
raman fixe, este considerata o solicitare proportionala. O solicitare in decursul careia
directiile principale se rotesc, este considerata o solicitare neproportionala.

Cazurile speciale de solicitare, cum ar fi cele ciclice sinusoidale sau
triunghiulare, sunt denumite in fazd sau defazate. Incarcarile de tractiune cu
torsiune defazate sunt intotdeauna neproportionale. Acelasi tip de incarcare, dar cu
tensiunile in faza, intotdeauna este proportionala.

Multiaxialitatea unei stari de solicitare se poate explicita fie prin calculul
starii de tensiune, fie prin calculul starii de deformatie.

2.3.1. Multiaxialitatea in tensiuni

Problema care se pune este cunoasterea starii de tensiune in orice punct de
material. Astfel, starea de tensiune dintr-un punct se considera cunoscutd daca se
cunosc tensiunile de pe trei plane ortogonale care trec prin punctul respectiv. In
fiecare plan actioneaza cate trei tensiuni, o tensiune normald, perpendiculara pe
plan, respectiv doua tensiuni tangentiale, in plan. Astfel, cele noud componente ale
tensiunii din cele trei plane formeaza ceea ce numim tensorul tensiunilor dintr-un
punct. Tensorul tensiunilor se noteaza astfel [Socie si Marquis, 2000]:

Ox Txy Txz 011 012 013
ojj =|Tyx Oy Tyz|=|021 022 023 (2.1)
Tzx Tzy Oz 031 032 033

unde oj; este un tensor simetric de ordinul doi, care necesita doi indici (i, j = 1, 2, 3)
pentru identificarea tuturor elementelor, iar oy, 6y, 67 Txyr Tyzr Toxr Tyxs Tzyr Txz SUNE
cele noud tensiuni componente. Tindnd cont de reciprocitatea tensiunilor
tangentiale, acestea sunt egale intre ele pe perechi: 1 = tyx; Tyz = Tzyi Tzx = Txe
Astfel, tensorul tensiunilor este definit de sase componente distincte, trei tensiuni
normale si trei tensiuni tangentiale.

Prin orice punct al unui corp aflat intr-o stare spatiald de tensiune trec trei
plane in raport cu care tensiunile normale au valori extreme o, = 0, = 03, iar
tensiunile tangentiale sunt nule. Aceste plane sunt denumite plane principale, iar
normalele la acestea directii principale, notate cu 1, 2 si 3. Tensiunile principale oy,
0, Si 03 sunt solutiile unei ecuatii de forma:

03 —Ii0° +Iz0-13 =0 (2.2)
unde Iy, I, si I3 sunt invariantii starii de tensiune, definiti astfel:
I;=011+022+033
I = 2 2 2
2 =011022 +022033 +033011 — 07y ~053 034
(2.3)
011 012 013

I3 =|o21 o022 o023
031 032 033
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Tensorul tensiune poate fi decompus in doua elemente distincte, si anume:
e tensiunea medie sau tensiune hidrostatica (tensorul sferic):

_Okk _011+022+033 _01+02+03
3 3 3 (2.4)

Oh

e deviatorul starii de tensiune sau tensorul deviator al starii de tensiune:
ojj = ojj — OhJjj (2.5)

unde 0 este simbolul lui Kronecker (d = 1 pentrui = jsi d = 0 pentru i = j).

Avand in vedere expresia tensorului tensiunilor oj; din relatia (2.1), tensorul
deviator al starii de tensiune va avea expresia:

- |(o1-0n) 012 013
ojj=| o021 (02 -0np) 023 (2.6)
031 032 (o3 -on)

Exista o familie de plane care au caracteristica urmatoare: normalele la
acestea au aceleasi cosinusuri directoare in raport cu cele trei directii principale.
Asemena plane, denumite si planele I, constituie fetele unui octaedru, iar tensiunile
care actioneaza pe acestea sunt denumite tensiuni octaedrice, care sunt:

e tensiunea normala octaedrica, avand expresia:

o1+0p+0 I
Ooct =212227°93 3? 3 :?lzah (2.7)

e tensiunea tangentiala octaedrica, avand expresia:

Toct =éx/(01—62)2+(02—03)2+(01—03)2 (2.8)

S-a constatat de asemenea, ca prin fiecare punct material al unui corp supus
unei stari triaxiale de tensiuni, trec trei plane ortogonale pe care actioneaza
tensiunile tangentiale extreme. Aceste plane sunt bisectoarele unghiurilor diedre
formate de planele principale. Tensiunile tangentiale care actioneaza pe aceste plane
sunt denumite tensiuni tangentiale principale:

_ |C’2;"3|,. a1 :@; r1s :@ (2.9)

23
Pentru a caracteriza starea de tensiuni intr-un punct in vederea compararii
cu o tensiune limita s-a introdus notiunea de tensiune efectiva echivalenta, notata
cu o . Aceasta se poate exprima prin urmatoarele moduri [Dumitru, 20097:
e tensiunea echivalentd conform criteriului Rankine:

o3]) (2.10)

e tensiunea echivalenta conform criteriului Tresca (criteriul tensiunii tangentiale
maxime):

OR = max(]al

7|02|r

o1-02]) (2.11)

oTr = maX(IGz - o3|,lo2 - 03|,
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e tensiunea echivalenta conform criteriului von Mises (criteriul energiei specifice
modificatoare de forma sau criteriul tensiunii tangentiale octaedrice):

VM :% (01—0—2)2+(02—0'3)2+(01—0'3)2 (2.12)

2.3.2. Multiaxialitatea in deformatii specifice

De data aceasta problema care se pune este cunoasterea starii de
deformatie in orice punct de material. Astfel, starea de deformatie dintr-un punct se
considerd cunoscutd daca se cunosc deformatiile specifice liniare €, €, si €, ale unor
segmente de dreapta infinitezimale situate pe axele unui sistem de referinta
cartezian Oxyz cu originea in punctul considerat, precum si deformatiile specifice
unghiulare vy, vy, Si y2x din planele de coordonate Oxy, Oyz si Oxz.

Cele noua componente ale starii de deformatie in raport cu un punct (care
sunt sase de fapt, tinand cont de reciprocitatea deformatiilor specifice unghiulare,
analog cu cazul tensiunilor tangentiale) formeaza tensorul deformatiilor specifice,
care poate fi scris sub forma [Socie si Marquis, 2000]:

1 1
Ex S7T7xy S57Vxz
; 2 % €11 €12 €13
Gj =|Sryx &y Slyz|=|€21 €22 €23 (2.13)
1 1 £31 €32 £33

— £
2 Yzx 2 Vzy z

unde g; este tensorul starii de deformatie, un tensor simetric de ordinul doi,
necesitand doi indici (i, j = 1, 2, 3) pentru identificarea tuturor elementelor.

Se demonstreaza ca prin orice punct al unui corp aflat intr-o stare
multiaxiala de deformatii trec trei directii ortogonale denumite axele principale
aferente deformatiei, pentru care unghiurile dintre ele nu se modificd. Aceste axe se
noteaza cu 1, 2 si 3, iar deformatiile specifice liniare in raport cu acestea €4, €, si €3
(g1 = & = &3) sunt denumite alungiri principale. Ca si in cazul tensiunilor, acestea
sunt solutiile unei ecuatii de gradul trei de forma:

e3 - 1982 198t _19eF — ¢ (2.14)

unde I?ef,Igef,Igef sunt invariantii starii de deformatie, dupd cum urmeaza:

I?Ef =éx tey ez

f Ic2 2 2
I‘Zje = ExEy + EyEz + Ez6x —Z(yxy +7yz + ]/zxj

1 1 (2.15)

Ex 2 Yxy EJ’xz
def _ |1 1

3 = 2}’yx Ey 2?’yz
1 1 .
272)( 272y z
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Prin analogie cu tensiunile, tensorul deformatiei se poate descompune in
tensorul sferic sau tensorul dilatatie g si tensorul deviator al starii de deformatie

g}j, astfel:
e tensorul dilatatiei (tensorul sferic):

EKK = €1+ €2 +83=ﬂ (2.16)
Vo

unde AV reprezinta variatie volumului, iar Vy volumul initial.
e tensorul deviator al starii de deformatie:

! &
&jj = &jj __l;K Sjj (2.17)

unde 0 este simbolul lui Kronecker (6 = 1 pentrui =jsi d = 0 pentru i = j).
Avand in vedere expresia tensorului deformatiilor g; din relatia (2.13), si
faptul ca e«x / 3 = &, tensorul deviator al starii de deformatie va avea expresia:

1 1
(eéx —em) 37xy E?’xz
' 1 1
=] S7yx (ey —¢m) 5yz (2.18)
1 1 (¢2 —em)
272x 272y z ~¢m

Analog cu caracterizarea starii de tensiune, si in cazul starii de deformatie
dintr-un punct putem defini deformatiile specifice unghiulare octaedrice. Pentru
aceasta, pornim de la relatia (2.8) si tinand seama de legea lui Hooke generalizata,
vom avea:

1
1 = Lot ~voz + 3]

1
22 = Loz ~vog + o3)

1
¢3 = 2lo3 o1 + o2 (2.19)
G- E
a 2i1 + vi
Toct = YoctG
Se obtine astfel:
2
Yoct =§\/(€1—82)2+(82—83)2+(81—83)2 (2.20)

Ca si In cazul tensiunilor, se pot defini niste deformatii specifice efective
echivalente, ¢ prin care starea de deformatie multiaxiald dintr-un punct se poate
compara cu o stare limitd obtinutd printr-o incercare monoaxiala. Deformatiile
specifice efective echivalente se pot defini in mai multe feluri:
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e conform teoriei deformatiei specifice liniare maxime:
£ =¢1 (2.21)
o conform teoriei deformatiei specifice unghiulare maxime:

€1 - &2
1+v

g =

(2.22)

e conform teoriei deformatiei specifice unghiulare octaedrice:

Jez— 2P +(e2—e3F +(e1- e3P
1-¢62 \/5(13) 1-¢3 (2.23)

Relatiile de mai sus se pot obtine prin aplicarea relatiilor (2.10), (2.11) si
(2.12) si tinand cont de legea lui Hooke generalizata data in grupul de relatii (2.19).

Daca se efectueaza analiza de mai sus si in deformatii plastice, se pot obtine
in mod analog valorile deformatiilor efective echivalente plastice:

_ 1 \/E 2 2 2
= :?\/( D-cB) +(B-2B) +(cB-2F) (2.24)

g =

respectiv

_ 2 2
p_<. P _c(.P_ P
& = 37max = 3( 1 53) (2.25)
unde p este un indicele care marcheaza prezenta deformatiilor plastice.

Deformatia specifica efectiva totala este formata din componenta elastica si
plastica:

+zP (2.26)

2.4. Modele de calcul in oboseala multiaxiala cu numere
mari de cicluri

Pe parcursul anilor au fost elaborate un numar insemnat de modele sau
criterii aplicabile in cazul oboselii multiaxiale la numere mari de cicluri (HCF). Fiecare
criteriu se caracterizeaza printr-un parametru de degradare calculat in functie de
caracteristicile ciclului multiaxial [o;;(t)]y, definit pe o perioadd T, caracteristicile de
material, cum ar fi rezistenta la rupere o, limita de curgere o, limitele de oboseala
la cicluri simetrice respectiv pulsante de tractiune sau torsiune (c.1, g, 7-1, T0), €tc.

Parametrul de degradare (PD) poate fi o tensiune, suma unor tensiuni, o
deformatie elastica, suma unor deformatii elastice, produsul unor tensiuni, produsul
unor tensiuni si deformatii sau chiar o functie adimensionald. In conditiile unor
functii adimensionale, PD > 1 indica posibilitatea initierii fisurilor de oboseala.

Exista foarte multe componente mecanice la care proiectarea se face pentru
durabilitati la numere mari de cicluri, avand in vedere ca nu sunt posibile inspectiile
periodice pentru evidentierea si controlul aparitiei fisurilor. In asemenea cazuri
partea cea mai importanta a duratei de viata este legata direct de initierea fisurilor
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de oboseald, care determinad functionarea in sigurantd a echipamentelor sau
instalatiilor.

Degradarea in conditiile unor numere mari de cicluri se produce la tensiuni
mai mici decéat limita de curgere si ea are loc prin deformatii plastice repetate la
nivelul grauntilor de material. Acestea sunt urmate de aparitia unor benzi de
lunecare in care se initiaza fisurile, cu toate ca la nivel macroscopic solicitarea este
in regim elastic.

In aceste conditii tensiunile tangentiale au un rol decisiv in faza initiala, in
timp ce tensiunile normale, prin deschiderea microfisurilor formate, conduc la
micsorarea rezistentei la oboseala.

Calculul la oboseald multiaxiala pentru numere mari de cicluri poate fi un
calcul de verificare, respectiv o comparatie intre parametrul de degradare (care
poate fi o tensiune) si limita de oboseald a materialului.

In alte situatii, acelasi calcul la oboseala consta in determinarea numarului
de cicluri pana la rupere, printr-o ecuatie de forma:

(PD) = A-NP 1 B.NE (2.27)

unde (PD) reprezintd parametrul de degradare, A, B, ¢, d sunt constante de
material, iar N este numarul de cicluri pana la rupere.

2.4.1. Clasificari ale modelelor de calcul in oboseala
multiaxiala cu numere mari de cicluri

Data fiind diversitatea abordarilor in domeniul oboselii multiaxiale, la ora
actuala existda o multitudine de clasificari ale criteriilor de degradare si ale modelelor
de calcul. Cateva dintre aceste clasificari, reprezentative, sunt prezentate in
continuare.

Wang si Yao [Wang si Yao, 2004] fac o clasificare a criteriilor de degradare
la obosealda multiaxiala astfel:

= modele bazate pe analiza tensiunilor;
* modele bazate pe analiza deformatiilor;
= modele bazate pe energia specifica de deformatie.

Un loc aparte in clasificarea modelelor de oboseald multiaxiald cu numere
mari de cicluri 1l ocupa modelele bazate pe teoria distantelor critice [Susmel si
Taylor, 2005; 2009].

Conform clasificarii propuse de Karolczuk si Macha [Karolczuk si Macha,
2005] toate modelele care se preteaza la oboseala multiaxialda intra in categoria
modelelor planelor critice si in cadrul acesteia, ele se clasifica in mod similar cu
propunerea lui Wang si Yao. Karolczuk si Macha considera ca se poate identifica un
plan critic de rupere, de-a lungul caruia un parametru atinge o valoare critica, in
cazul fiecarui model de oboseala multiaxiala.

Socie si Marquis [Socie i Marquis, 2000] propun un alt tip de clasificare a
modelelor, mai detaliata. In acest caz se face distinctia intre modelele care
considera ca si parametru principal tensiunea respectiv deformatia:

* modele bazate pe analiza tensiunilor;

= modele bazate pe analiza deformatiilor si pe energia specifica de deformatie:
o criteriul deformatiei specifice statice;
o modele energetice;
o modelele planelor critice;
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o modele care iau in considerare atat energiile specifice cat si planele
critice;
= modele bazate pe conceptele mecanicii ruperii.

O alta clasificare a criteriilor de degradare si mai detaliata este propusa de

Dumitru [Dumitru, 2009], dupa cum urmeaza:
= modele bazate pe analiza tensiunilor:

modele care iau in considerare tensiunile efective;
modelele invariantilor starii de tensiune;
modelele planelor critice;
modele care iau in considerare influenta tensiunii medii.
* modele bazate pe deformatii si energia specifica ciclica:
modele bazate pe amplitudinea deformatiei efective;
modele bazate pe factorul de triaxialitate;
modelele planelor critice;
criterii bazate pe energia elastica;
criterii bazate pe energia plastica;
modele care iau in considerare atat energia elastica precum si cea
plastica.
= modele care folosesc conceptele mecanicii ruperii
* modele care combina o serie de factori prezentati anterior.

o
@]
O
O

O O O O O O

Dumitru si Kun propun o alta clasificare a modelelor ce se preteaza de
aceasta data exlcusiv oboselii multiaxiale cu numere mari de cicluri. In paragrafele
ce urmeaza se va face o prezentare detaliatd a unor modele reprezentative din
domeniul oboselii multiaxiale cu numere mari de cicluri, bazata pe clasificarea de
mai jos [Dumitru si Kun, 2011]:

» criterii de degradare la oboseald multiaxiald cu numere mari de cicluri (HCF):
o modele bazate pe tensiuni echivalente;
o modele care iau in considerare existenta unor plane critice;
o modele bazate pe tensiuni medii in volume elementare (modelele
integralelor);
o modele energetice;
o modele bazate pe invariantii starii de tensiune;
o modele mesoscopice.

2.4.2. Modele bazate pe tensiuni echivalente

Asa cum spune si numele, la asemenea modele parametrul de degradare
este o tensiune echivalenta monoaxiala, pentru care se obtine aceeasi limita de
oboseald ca si la incarcarile multiaxiale. Initial primele modele au fost folosite pentru
calculul unei tensiuni echivalente in conditiile unor solicitari multiaxiale in faza
[Hohenemser si Prager, 1933; Gough si Pollard, 1935; Davies, 1935; Nishihara si
Kawamoto, 1941]. Pe parcursul anilor au fost propuse si unele modele care iau in
considerare defazajul dintre incovoiere si rasucire, aplicabile in cazul arborilor de
masini [Langer, 1971; Lee, 1980, 1989].

Ulterior, odatd cu dezvoltarea metodelor si a aparatelor utilizate fin
cercetare, studiul oboselii multiaxiale s-a diversificat substantial. Notiunea de
tensiune echivalenta poate fi definita la ora actuala pe baza mai multor teorii, care
tind sa acopere si sa ia In considerare influenta a tot mai multor parametri.

In constructia de masini se aplica frecvent asemenea modele pentru
simplitatea lor si pentru faptul ca in general sunt acoperitoare pentru calculul la
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oboseald al arborilor de transmisie. Parametrii prin care se apreciaza degradarea
sunt in general niste tensiuni, iar valoarea critica a acestora este limita la oboseala
la tractiune, incovoiere sau rasucire.

2.4.2.1. Modelul Gough

Acesta este unul dintre primele modele cu referire la oboseala multiaxiala,
avand la baza o serie de incercari la incovoiere cu torsiune [Gough, 1950; Gough si
Pollard, 1935, 1951]. Elaborarea acestui model a pornit de la observatia ca la
solicitari statice starea limita se atinge cand tensiunea echivalenta calculata pe baza
teoriilor clasice de rezistenta devine egala cu cea corespunzadtoare starii limita de la
intinderea monoaxiala (de exemplu limita de curgere). In aceste conditii locul
geometric obtinut cu aceste relatii intr-un sistem de axe o si 1, considerand ca stare
limita aparitia curgerii, este o conica.

Pentru solicitari la incovoiere cu rasucire prin cicluri simetrice in faza, Gough
si Pollard au propus pentru materiale ductile o curba empirica a ciclurilor limita
reprezentata printr-un arc de elipsa avand ecuatia:

O 2 T 2
o_1 T_1
unde o, este considerata limita de oboseala la incovoiere ciclica, respectiv t,; este

limita de oboseala la torsiune ciclica.
Transformand relatia (2.28), obtinem:

(2.29)

Membrul stang al ecuatiei (2.29) poate fi privita ca amplitudinea tensiunii
echivalente. Pentru un material la care =, / 0.1 = 0,5, ecuatia (2.29) conduce la
criteriul Tresca. Pentru un material la care ;_; /o ;=1/+3, ecuatia (2.29) conduce

la criteriul von Mises.
Arcul de elipsa reprezentédnd curba ciclurilor limitd in cazul solicitari de
fncovoiere cu rasucire este prezentata in figura de mai jos.

AT

o

Fig. 2.5. Diagrama ciclurilor limitd de tip Gough-Pollard [Socie si Marquis, 2000]

BUPT



2.4 - Modele de calcul in oboseala multiaxiald cu numere mari de cicluri 37

Relatia propusda de Gough si Pollard este una empirica, ea fiind in buna
corelatie cu datele experimentale pe care le-au studiat.

2.4.2.2. Modelul Lee

Lee [Lee, 1980], bazat pe relatia lui Gough propune o tensiune echivalenta
empirica de forma:

1
Fl ]2(1+ﬁ sin @] 2(1+ p sin @)

27_j

(2.30)

SLEE:o—al+[ K

unde B este o constanta de material necesara pentru calibrarea rezultatelor cu
datele experimentale, K este un parametru de incarcare egal cu 2t,/0, iar ® este
unghiul de faza dintre tensiunile componente.

2.4.2.3. Modelul Langer

Metoda definirii unei tensiuni empirice echivalente luand in considerare
criteriul curgerii este cea mai utilizata pentru simplitatea sa. Langer [Langer, 1971]
propune o tensiune echivalentd bazata pe teoria lui Tresca. Pentru cicluri sinusoidale
simetrice defazate de fincovoiere cu rasucire, amplitudinea tensiunii echivalente
(SALT) este:

1/2 1/2
} } (2.31)

SALT - &{1 K2y [1 1 2K2 cos(20) + K*

72

unde K este un parametru de incarcare egal cu 2t,/0, iar ® este unghiul de faza
dintre tensiunile componente.
Din relatia (2.31) se vede ca atunci cand ® = 0:

SALT = o2 + 473 (2.32)

Prin modificarea relatiei (2.31), pe baza teoriei lui von Mises se obtine o
ecuatie de forma [ASME, 1979]:

1/2
o3 3,2 3,2 9 41/2
SEQA:ﬁ 1+ 2K+ 145K Cos(2(b)+ﬁK (2.33)

Si in acest caz se vede ca pentru o incarcare proportionala (® = 0) aceasta
se reduce la tensiunea lui von Mises:

SALT =02 + 372 (2.34)

Facand o analiza asupra tensiunilor echivalente empirice, se poate aprecia in
primul rédnd faptul cd acestea sunt usor de calculat intr-o serie de aplicatii
ingineresti. Rezultatele obtinute pe baza criteriilor Tresca si von Mises nu sunt
acoperitoare [Bong-Ryul si Soon-Bok, 1996]. Relatia lui Gough se aplicd numai
pentru incarcari proportionale. Ecuatia propusa de Lee introduce o constantd de
material, fapt ce conduce la o reducere a limitelor de aplicabilitate.
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2.4.2.4. Modelul von Mises definit pe baza frecventei

Pitoiset s.a. [Pitoiset, 2001; Pitoiset, Rychlik s.a., 2001] definesc tensiunea
echivalenta pe baza unui proces variabil stationar gaussian cu tensiunea medie
diferita de zero sub forma densitatii spectrale de putere (Power Spectral Density -
PSD).

Se va analiza cazul starii plane de tensiune la care componentele vectorului
tensiune sunt:

o={oyt)t =0T =lox(t) oylt) rx, ()] (2.35)

Daca se introduce matricea:

1 -1/2 0
Q=|-1/2 1 0 (2.36)
0 0 3

se poate defini patratul tensiunii echivalente calculate in ipoteza von Mises:
o2,(t)= 0" Qo = Trace{Q[oo" ]} (2.37)
Se va lua in considerare expectanta:
E[o2,(t)] = Trace{QE[oc" ]} (2.38)

unde E[cc’] este matricea de covariantd a vectorului tensiune. Aceasta este legatd
de matricea PSD a vectorului tensiune prin urmatoarea relatie:

E[oo! ] = IGg(w)dw (2.39)

—0o0

Relatiile de mai sus permit determinarea densitatii spectrale de putere a
tensiunii echivalente von Mises, prin descompunerea patratului sau in functie de
frecventa:

Elo2, ()] = I Gym(w)de = j Trace{QG,(w)}dw (2.40)

unde G,(w) este matricea densitatii spectrale de putere a tensorului tensiune:
Gym(w) = Trace{QG,(w)} (2.41)

Conform relatiei (2.41) tensiunea echivalentd von Mises este considerata
drept o functie scalara aleatoare, a carei densitate spectrala de putere se obtine din
matricea densitatii spectrale de putere a tensorului tensiune, conform legii de
combinatie cvadratica von Mises.

BUPT



2.4 - Modele de calcul in oboseala multiaxiald cu numere mari de cicluri 39

2.4.2.5. Modelul von Mises cu semn definit in functie de timp

In calculele ingineresti din zilele noastre se uziteazd foarte des tensiunea
echivalenta propusa de von Mises, care poate fi exprimatd matematic pe baza celor
6 componente ale tensorului tensiunilor, dupa cum urmeaza:

;vM = %\/(GX - O'y)2 + (ay - 0'2)2 + (UX - 0'2)2 + 6(1)2(), + rfz + r)z(z) (2.42)

Prin transformarea corespunzatoare a parametrilor, tensiunea echivalenta
von Mises se poate exprima de asemenea in functie de tensiunile principale, astfel:

oum(t) = %\/[01(0 —oa(t)P +loa(t) - o3(t)R +[o3(t) - og(t)P (2.43)

Modelul von Mises apartine de categoria modelelor tensiunilor echivalente,

dar se bazeaza pe determinarea unei tensiuni echivalente in care factor determinant
este tensiunea tangentiald care actioneaza pe planele octaedrice.
Acest model este foarte des utilizat in zilele noastre, mai ales din cauza faptului ca
este relativ usor de calculat si da rezultate, in ceea ce priveste tensiunea echivalenta
rezultantd, acceptabile in comparatie cu solicitarile reale. Dupa cum s-a mentionat
in capitolul precedent, neajunsul principal al acestui model este ca ciclul de solicitare
rezultant este intotdeauna un ciclu oscilant pozitiv cu tensiunea medie diferita de
zerp si care contine o componentd a frecventei incoerenta cu solicitarea de la care
se porneste.

Pentru eliminarea acestei ambiguitati date de modul de definire a tensiunii
von Mises, Bishop [Bishop si Sherrat, 2000] a propus o corectie a tensiunii
echivalente von Mises in sensul luarii in considerare a semnului acesteia, semn care
in general este dat de prima tensiune principald sub forma:

oyms(t) = oym(t) - sign(oy(t)) (2.44)

Un alt mod de abordare a tensiunii echivalente von Mises cu semn a fost
propus de Braccesi [Braccesi, Cianetti s.a., 2004, 2008]. Metoda consta in calculul
unui nou tensor construit intr-o maniera coerenta in functie de frecventa. Tensiunea
von Mises ¢",y astfel obtinutd este apoi corectatd prin sciderea unei valori medii
pentru obtinerea unei marimi variabile avand media nula.

oym(t) = G ,p (t) —mean{s, ,,(t)} (2.45)

In aceste conditii tensiunea echivalent, care defineste procesul este datd de
ecuatia:

max{owm}

*

oeq(t) = oym(t) Ll —
maxi{owm?
teT

(2.46)

Autorii arata c3d ecuatia de mai sus elimina o serie de ambiguitati pe care le
introduce teoria clasica von Mises [Braccesi, Cianetti s.a., 2004].
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2.4.3. Modelele planelor critice

Pe baza celor prezentate anterior reiese ca abordarea unei solicitari
multiaxiale folosind un proces echivalent este insotita de o serie de dificultati, atunci
cand se ia in considerare caracterul variabil al sarcinilor exterioare. Mai mult,
asemenea procese echivalente cauta in general sa extinda criteriile clasice ale Iui
Rankine, Tresca sau in special von Mises. Conform acestor criterii planele de rupere
sunt planele in care se ating tensiunile normale principale, tensiunile tangentiale
extreme respectiv tensiunile tangentiale octaedrice.

Caracterul variabil al sarcinilor face ca in multe situatii planele de rupere sa
nu coincida cu cele de mai sus, astfel incadt abordarea fenomenului de oboseala nu
se mai poate face pe baza criteriilor de rupere statica. Aceste criterii, cu toate
corectiile aduse, nu pot sa ia in considerare succesiunea starilor de tensiune care
definesc un ciclu multiaxial.

Ideea care sta la baza modelelor planelor critice consta in reducerea unei
stari de tensiune multiaxiald la o stare echivalentd monoaxiala calculata intr-un
anumit plan. Modelele bazate pe conceptul planelor critice permit determinarea atat
a numarului de cicluri pana la rupere céat si a pozitiei planului in care se va produce
ruperea prin oboseala [Susmel, Tovo s.a., 2008].

Conceptul asupra planelor critice a fost introdus pentru prima datda de
Stanfield in 1935 [Stanfield, 1935]. Conform lui Stanfield tensiunile normale si
tangentiale intr-un plan considerat critic contribuie fiecare cu o anumita cota la
procesul de degradare, iar acestea se pot combina printr-o relatie matematica.

Trebuie subliniat cd asemenea plane nu coincid totdeauna cu planele
principale. Conceptul de plan critic nu s-a dezvoltat timp de 20 de ani pana cand
Findley [Findley, 1959] si Stulen si Cummings [Stulen si Cummings, 1954] au
introdus termenul ,critic”, prezentand o metoda de verificare la oboseala multiaxiala
folosind metoda planelor critice. Primele modele au folosit ca parametri de
degradare tensiunile, apoi introducandu-se deformatiile, combinatiile acestora,
respectiv energia de deformatie.

2.4.3.1. Modelul Sines

Sines a luat in considerare datele experimentale ale lui Gough, pentru
incercari de incovoiere cu rasucire [Sines, 1955, 1959]. Dupa ce a studiat mai multe
modele de calcul, a propus ca tensiunea tangentiald octaedrica sa fie considerata
drept parametru de degradare. Tensiunea tangentiald octaedrica exprima efectele
medii ale alunecdrilor pe diferite plane si pe diferite directii in grauntii materialului.

In cazul starii tridimensionale de tensiune, determinarea tensiunilor
tangentiale maxime este dificila pentru ca presupune rezolvarea unei ecuatii de
gradul trei, solutiile careia fiind tensiunile normale principale. Tensiunile octaedrice
pot fi determinate in mod direct folosind cele sase componente ale tensorului
tensiunilor.

Pentru a pune in evidenta efectul tensiunilor medii, Sines a studiat datele
experimentale de la fincercari de incovoiere cu rasucire. A grupat datele
experimentale pe care le-a avut la dispozitie dupa cum urmeaza:

» solicitare axiala ciclica cu intindere sau compresiune statica;
= rasucire ciclica cu rasucire statica;

* fncovoiere ciclica cu rasucire statica;

» rasucire ciclica cu incovoiere statica.

Deoarece nu a observat o influenta a rasucirii statice asupra rezistentei la
oboseald la fincovoiere sau rasucire ciclica, respectiv pentru ca intinderea si
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compresiunea staticd au o influentd liniara asupra rezistentei la oboseald atat in
cazul solicitarii axiale cat si in cazul rasucirii, Sines a ajuns la concluzia ca tensiunea
medie hidrostatica influenteaza durabilitatea. Modelul de calcul la care a ajuns poate
fi exprimat dupa cum urmeaza:

AT,
29t 1 of30p) - (2.47)
unde a si B sunt constante de material care se pot determina prin incercari simple
de oboseala monoaxiala.
Daca exprimarea se face in functie de starea generald de tensiuni, criteriul
Sines capata forma:

é \/(AGX - Aay)z + (Ao-x - Ao-z)z + (Ao-y - Ao-z)z + G(Ar)z(y + Ar)gz + Arng +

(2.48)
+ O‘(UX,m +0y,m+ Uz,m) =p

In cazul in care se considerd o solicitare compusd din cicluri simetrice de
intindere si torsiune, parametrul de degradare propus de Sines genereaza o serie de
elipse concentrice in conditiile in care reprezentarea se face intr-un sistem de
coordonate in care axele reprezinta amplitudinile celor doua tensiuni (Fig. 2.6).
Dimensiunea elipsei este proportionala cu tensiunea hidrostatica medie. Prin
includerea tensiunii hidrostatice medii in expresia modelului de calcul, Sines
postuleaza faptul ca efectul unei tensiuni normale medii de intindere care actioneaza
pe anumita directie poate fi reprimat de efectul unei alte tensiuni normale medii de
compresiune care actionand pe o alta directie.

AS

~

Y.

(

o, >0
Gh=0 —

6, <0 —

Fig. 2.6. Modelul Sines pentru cicluri simetrice de tractiune cu torsiune [Socie si Marquis,
2000]

Formularea propusa de Sines are avantajul ca este relativ usor de rezolvat
in cazul unor stari complexe de tensiune, respectiv cele doua constante a si B se pot
determina pe baza unor incercari uzuale de obosealda. Un dezavantaj major il
constituie faptul ca relatia (2.47) este aplicabilda doar in cazul fncarcarilor
proportionale.

2.4.3.2. Modelul Findley

Modelul propus de Findley abordeaza problema oboselii prin starea de
tensiuni de pe un anumit plan din material. Conform acestui criteriu, parametrul
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care caracterizeaza ruperea la solicitdri variabile multiaxiale consta dintr-o
combinatie liniara intre amplitudinea tensiunii tangentiale in decursul unui ciclu de
pe un plan n si tensiunea normald ce actioneaza pe acelasi plan n:

ATn

+kopn=p (2.49)

In relatia de mai sus k si p sunt constante de material care se pot determina
pe baza unor incercari simple de oboseala.

Planul critic in care se produce ruperea este planul in care parametrul B
atinge valoarea maxima [Findley, 1957, 1959].

Trebuie avut in vedere faptul ca, facand parte din categoria modelelor
planelor critice, in cazul aplicarii criteriului Findley, pozitia planului critic de rupere
nu coincide cu planele principale (avand normalele directiile principale, de-a lungul
carora actioneaza tensiunile normale extreme), planele octaedrice sau planele in
care tensiunile tangentiale au valori extreme. Este deci deosebit de importanta
stabilirea pozitiei planului critic de rupere fata de un sistem de axe fix, prestabilit
[Kun si Dumitru, 2010].

Conform acestui criteriu, in cazul unor incarcari multiaxiale proportionale cu
tensiuni medii egale cu zero, pozitia planului critic depinde de directia tensiunii
principale maxime respectiv de coeficientul k. Findley a mai observat ca, pentru
materiale ductile, valoarea Iui k este scazuta si, in consecinté,ﬁpozi’gia planului critic
se apropie de pozitia planului forfecarii maxime, adica n/4. In cazul materialelor
fragile cum ar fi fontele, valoarea lui k este mare, iar pozitia planului critic este data
de directiile principale. In cazul tensiunilor medii diferite de zero, pozitia planului
critic depinde nu numai de directiile principale si k, ci si de valorile tensiunilor
constante respectiv variabile. Aceasta ultima observatie este valabila de asemenea
in cazul solicitarilor multiaxiale neproportionale.

Cu toate ca relatia Iui Findley este acceptata din punct de vedere matematic
si de cele mai multe ori coincide cu rezultatele experimentale, exista si exceptii.
Criteriul ne spune ca pozitia planului critic este influentata atat de tensiunile
tangentiale cat si de cele normale. Se cunoaste cd la incercari de oboseald la
tractiune-compresiune fisurile apar in planele tensiunilor maxime. Expresia
parametrului de rupere propus de Findley conduce la concluzia ca pozitia planului
critic nu va coincide cu planul tensiunii normale principale maxime nici in cazul unor
materiale fragile supuse la tractiune-compresiune monoaxiald, lucru infirmat de
rezultate experimentale [Karolczuk si Macha, 2005].

Findley nu a definit o relatie matematica pentru determinarea parametrului
B. Unii cercetatori [Park si Nelson, 2000; Backstrom si Marquis, 2001] au folosit
criteriul lui Findley pentru studii de durabilitate limitata si au determinat valoarea lui
B pe baza coeficientului rezistentei la oboseala la torsiune t':

A 1]
[7T+k0n] = rr(2n ) (2.50)
max

unde b reprezinta exponentul rezitentei la oboseala (coeficientul lui Basquin).

2.4.3.3. Modelul McDiarmid

McDiarmid [McDiarmid, 1991, 1994] a extins studiile asupra oboselii
multiaxiale Tn domeniul numerelor mari de cicluri, propunand un model care ia in
considerare amplitudinea tensiunii tangentiale, Atmayx/2, In planul unde aceasta are

BUPT



2.4 - Modele de calcul in oboseala multiaxiald cu numere mari de cicluri 43

valoarea maximd precum si tensiunea normald 0, max din acelasi plan. Criteriul
McDiarmid in functie de cele doua componente se prezinta sub forma:

(2.51)

unde zf, , este rezistenta la oboseala in conditiile In care fisurarea prin oboseala are

loc dupa cazul A sau cazul B (Fig. 2.4).

Modelul McDiarmid fata de modelul Findley difera prin aceea ca planul in
care se produce degradarea este planul in care amplitudinea tensiunii tangentiale
este maxima si nu planul in care parametrul g atinge valoarea maxima. Constanta

™fa,B
Or
necesare un singur set de incercari de obosealad si o incercare statica, fata de doua
seturi de incercari la oboseald necesare pentru determinarea lui k.
Pentru domeniul durabilitatii limitate, modelul McDiarmid poate fi combinat
cu ecuatia lui Basquin sub forma:

de material k din modelul Findley este inlocuitd de termenul . Astfel, sunt

At B '
%+ 2o On,max :Tf(ZN)b (2.52)

2.4.3.4. Modelul Dang Van

Modelul propus de Dang Van este cu totul diferit fata de modelele planelor
critice prezentate anterior. Acesta ia in considerare influenta microtensiunilor care
actioneaza la nivelul unui graunte de material. Dang Van face o distinctie intre
abordarea macroscopica si microscopica a ruperilor prin oboseala [Dang Van, 1993].

Scara macroscopica specifica modului de abordare ingineresc se
caracterizeaza printr-un volum elementar V(M) situat in jurul grauntelui in care se
analizeaza fenomenul de degradare la solicitdri variabile (Fig. 2.7).

In general volumul de material V(M) care caracterizeaza abordarea la nivel
macroscopic se refera la mai multi graunti situati in jurul unui graunte central de
masa m. Dimensiunile lui V(M) sunt de ordinul unui element folosit la analiza cu
elemente finite, respectiv de ordinul bazei tensometrice a unui traductor rezistiv.
Tensiunile si deformatiile la nivel macroscopic se noteazd cu Zj(M,t) si Ei(M,t) si
sunt niste functii de masa M si timpul t.

Din punct de vedere microscopic abordarea se face la nivelul unui graunte
de masa m iar tensiunile si deformatiile microscopice respectiv microtensiunile si
microdeformatiile se noteaza cu oj(m,t), respectiv g;(m,t).
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y(M.1) Ey(M.1)
: : VM)

/

~_ Ci(m,t)
Slf(m; t)

Fig. 2.7. Delimitarea volumelor si a tensiunilor la nivel macroscopic si microscopic conform
modelului Dang Van [Dang Van, Cailletaud s.a, 1989]

Pornind de la observatia cd microfisurile se initiaza in benzile de alunecare
intergranulare, rezultad ca rolul dominant pe care il au microtensiunile de forfecare
t(t). Dacd se are in vedere ca si microtensiunile hidrostatice o,(t) au un rol
important in deschiderea fisurii formata in benzile de lunecare, criteriul Dang Van se
exprima sub forma:

(t) +ac(t)=p (2.53)

unde a si B sunt constante de material.

Se vede ca in criteriul Dang Van existda diferente intre tensiunile si
deformatiile care actioneaza 1in interiorul grauntelui si tensiunile respectiv
deformatiile utilizate in mod obisnuit pentru calculul la oboseald. Evident ca la nivel
microscopic nu se mai respecta nici conditia de izotropie si nici de omogenitate si
deci o(m,t) si e(m,t) sunt diferite de variabilele locale macroscopice %j;(M,t)
respectiv E;;(M,t).

Deformarea plastica prin forfecare a grauntilor cu orientarile cele mai
nefavorabile este impiedicatd de comportarea elastica a grauntilor din zona
invecinata cu orientari mai putin nefavorabile. Ruperea prin obosealda in zona
grauntilor cu orientari critice poate fi evitata prin acest proces de deformare elastica
a grauntelui invecinat.

Domeniul comportarii elastice initiale a unui volum critic de material este
reprezentat prin cercul Co cu centrul in Og si raza Ry. Acest cerc defineste conturul
zonei care marcheaza curgerea. In procesul solicitdrii variabile materialul sufera o
ecruisare izotropa (locald) si o ecruisare cinematica (in jurul grauntelui), astfel incat
conturul care marcheaza aparitia curgerii (cercul) sufera o translatie si in acelasi
timp isi modifica si raza (Fig. 2.8).

G3

02

Fig. 2.8. Evolutia ecruisarii in cazul oboselii multiaxiale [Dang Van, Cailletaud s.a., 1989]
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Dupa un anumit numar de cicluri apare o stabilizare a regimului de incarcare
si a cercului in care se include conturul specific al respectivului regim. Se defineste
astfel tensorul tensiunii remanente p* corespunzitoare centrelor 0g-0,.

In cazul fintinderii monoaxiale, domeniul C_ corespunde unui cerc fin

coordonatele T\/E -0.

Punctul critic Tn aplicarea acestui criteriu il reprezintd determinarea
. * .
tensorului p°. Acesta se defineste sub forma:

oij(t) = Zjj(t) +dev p” (2.54)

unde dev p* este deviatorul p&rtii stabilizate a tensorului tensiunilor remanente.
Tensiunile tangentiale se calculeaza aplicand criteriul Tresca:

o(t) = Zloa(t) - o3(¢) (2.55)

Constantele de material o si B din relatia (2.53) se determina prin doua
incercari de oboseala obisnuite respectiv printr-o tractiune ciclicd cu R = -1 si R = 0.

Aprecierea duratei de viatd se face urmarind modul in care conturul
regimului de incarcare se situeaza in raport cu cele doua linii avand ecuatia (2.53) si
care marcheaza starea limita respectiv aparitia degradarii prin oboseala (Fig. 2.9).

1
1(?) + ao(f) =B \A () + aoc(t) =P
Linia de Linia de
degradare degradare

a¥

h Gh
Regimul de >\ / Regimul de >\ /
incarcare / Incarcare /

— —

(a) (b)
Fig. 2.9. Modelul Dang Van [Dang Van, 1993]

Daca conturul care marcheaza regimul de incarcare ramane in interiorul
domeniului situat intre cele doua linii care marcheaza ruperea (Fig. 2.9a), durata de
viatd a elementului considerat se considera infinita. Daca insa conturul regimului de
incarcare intersecteaza una dintre cele doud linii de degradare se va produce
ruperea prin oboseala cauzata de prezenta deformatiilor microscopice (Fig. 2.9b).

2.4.4. Modelele integralelor

Asemenea modele, cunoscute si sub numele de modele bazate pe tensiuni
medii in volume elementeare, au la Qazé niste valori medii ale tensiunilor care
actioneaza intr-un volum elementar V. In general aceste marimi medii sunt descrise
prin integrale duble in raport cu coordonatele sferice ¢ si 8 ale vectorului normalei
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i la planul A. In raport cu ¢ integrala se efectueazd pe intervalul [0; 2n], iar in
raport cu 0 pe intervalul [0; n].

Cele mai cunoscute criterii bazate pe metoda integralelor sunt: criteriul
Papadopoulos [Papadopoulos, 1994] si criteriul Papuga [Papuga si Ruzicka, 2008].
Un alt model bazat pe tensiunile medii a fost propus de Grubisic si Simburger
[Grubisic si Simburger, 1976].

Trebuie subliniat ca modelul propus de Papadopoulos a fost in bune
concordante cu datele experimentale la incarcarile in faza. Criteriul Papuga aduce
unele corectii in ceea ce priveste incarcarile defazate, asigurand o concordanta
satisfacatoare cu datele experimentale.

2.4.4.1. Modelul Papadopoulos

Papadopoulos [Papadopoulos, 1994] a propus un criteriu bazat pe
combinatia liniara dintre valoarea medie a amplitudinii tensiunii tangentiale
generalizate T, intr-un anumit plan si valoarea maxima a tensiunii hidrostatice
0'h,max-

Ta,m + @a0h,max = B (2.56)

unde a si B sunt constante de material.

Valoarea medie a amplitudinii tensiunii tangentiale generalizate se
determina dupa toate directiile de lunecare apartinand unui plan (integrare in raport
cu X), respectiv pe toate planele care trec prin punctul considerat in interiorul unui
volum elementar (integrarea facadndu-se in raport cu p si 6, dupa cum este
prezentat in relatia de mai jos:

T 2r

2z
1 ,
To,m=v5 =5 [ [ [Tale,0,2)dxsinedede (2.57)
87° 420620 4=0

Valoarea T, este in strédnsd legdtura cu valoarea medie a amplitudinii
tensiunii tangentiale. Pentru determinarea numarului de cicluri pana la rupere s-a
considerat o formulare de tip Woéhler. Cu toate acestea, Papadopoulos nu precizeaza
0 anumita forma pentru curba S-N folosita in determinarea parametrilor.

2.4.5. Modele energetice

Criteriile energetice pot fi divizate in trei grupe care depind de tipul energiei
specifice de deformatie disipata pe un ciclu de solicitare. Din acest punct de vedere
deosebim:

e modele bazate pe energia elastica;
e modele bazate pe energia plastica;
e modele bazate pe energia elastica si plastica.

Criteriile bazate pe energia de deformatie elastica se aplica pentru calculul la
oboseald multiaxiald cu numere mari de cicluri N > 5.10* sau 10° cicluri. Criteriile
bazate pe energia de deformatie plastica sunt apropiate mai mult de oboseala
oligociclicd pentru N < 10% sau 5-10* cicluri. Criteriile bazate pe energia elasticd si
plastica pot fi aplicate atat la numere mari cat si la numere mici de cicluri.

Céateva dintre modelele bazate pe energia de deformatie elastica sunt cele
propuse de Chu-Conle-Bonnen [Chu, Conle s.a., 1993], Glinka-Wang-Plumtree
[Glinka, Wang s.a., 1995], Macha [Macha si Sonsino, 1999], Shariyat [Shariyat,
2009].
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Banvillet [Banvillet, Palin-Luc s.a., 2003] considerd ca parametru de
degradare densitatea volumica a energiei de deformatie intr-un punct material M,
Ug(M), in decursul unei perioade de timp T, definit ca:

3 3
Ug(M) = 3 3 [ {og(M,6)-c5 (M, e))at (2.58)
i=1j-1

2.4.5.1. Modelul Chu-Conle-Bonnen

Parametrul prin care se ia in considerare degradarea in cadrul modelului
Chu-Conle-Bonnen [Chu, Conle s.a., 1993] are dimensiunea de energie si se obtine
prin multiplicarea amplitudinilor deformatiilor specifice liniare si unghiulare dintr-un
plan cu valorile corespunzatoare ale tensiunilor normale si tangentiale maxime care
actioneaza in acelasi plan:

* Ag Ay
AW =on max — +Th,max —" (2.59)
2 2
Ruperea prin oboseald se produce atunci cdnd parametrul AW" atinge o
valoare maxima.

2.4.5.2. Modelul Glinka-Wang-Plumtree

Modelul Glinka-Wang-Plumtree [Glinka, Wang s.a., 1995] introduce un
parametru energetic definit ca produsul dintre amplitudinea deformatiei specifice
unghiulare dintr-un plan, amplitudinea tensiunii tangentiale din acelasi plan si un
termen care contine tensiunea normalda maxima si tensiunea tangentiala maxima tot
din planul considerat:

aw' =L T (2.60)
Of =On,max Tf —Tn,max

Termenul suplimentar care corecteaza energia specifica de deformatie la
forfecare include tensiunea normald maximd o, max Care are ca efect deschiderea
fisurii si tensiunea tangentiald maxima care are ca efect deformarea prin lunecare.

2.4.6. Modele bazate pe invariantii starii de tensiune

Ideea care sta la baza modelelor invariantilor tine seama de corelatia
rezistentei la obosealda cu al doilea invariant al tensorului deviator J, si primul
invariant al tensiunilor I; sub forma generala:

f(Il,a/JZ,a/Il,m/JZ,m)= 4 (2.61)

unde I;=oc3+0p+035i Jo ==|loj-o2f +lop-03) +|lo3 -01f |, respectivasim
:

indica amplitudinile si valorile medii, iar § este o constanta de material calibrata pe
baza rezistentei la oboseala.

Cele mai cunoscute criterii bazate pe invariantii tensiunilor sunt
urmatoarele: Sines [Sines, 1955], Crossland [Crossland, 1956] si Kakuno-Kawada
[Kakuno si Kawada, 1979]. Aplicarea celor trei criterii, si in special a criteriului
Crossland care este cel mai utilizat, implica unele complicatii in ce priveste
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determinarea amplitudinii tensiunii tangentiale echivalente, aceasta fiind egald cu
valoarea radicalului de ordinul doi din amplitudinea celui de-al doilea invariant al

tensorului deviator de tensiune . J,5 . Cénd incdrcarea ciclicd multiaxiald este in

faza, amplitudinea tensiunii tangentiale echivalente poate fi determinata direct sub
forma:

VJ2a = \/é[(axa - Uya)z + (Uya - Uza)z +(02a - Uxa)z + 6(7)2<ya + T);za + T)%zaﬂ (2.62)

Aceste criterii, care dupa cum s-a vazut au la baza combinatia liniara dintre
amplitudinea tensiunilor tangentiale octaedrice respectiv tensiunea hidrostaticd,
sunt relativ simple de aplicat pentru incarcari proportionale. Cu ajutorul acestor
modele se poate determina zona in care se vor initia fisurile de oboseald, dar sunt
capabile de prezicerea directiilor de propagare doar dupa planele octaedrice
[Mrzygold si Zielinski, 2006].

Daca solicitarea ciclicd multiaxiald este defazatd, determinarea lui 4J>5 nu

mai este atdt de simpla si impune calcule matematice complexe. Vectorul care
reprezinta amplitudinea tensiunii tangentiale echivalente este variabil atat ca
marime cat si ca directie in decursul unui ciclu de solicitare. In Fig. 2.10 este
indicata diferenta dintre o incarcare proportionala si una neproportionala.

proportional neproportional

Fig. 2.10. Amplitudinea tensiunii tangentiale la o incarcare proportionald respectiv
neproportionald [Dumitru si Kun, 2011]

Printr-un punct aflat in studiu trece un plan A definit prin vectorul unitar
normal n a carui pozitie este datd de coordonatele sferice @ si 8. Vectorul tensiune

§n care actioneazd in planul A se descompune in vectorul tensiune normald N si

vectorul tensiune tangentiald C (Fig. 2.11).

In timpul variatiei inc&rcérii, vectorul §n descrie o curba inchisa y’, a carei
proiectie y in planul considerat reprezintd traiectoria descrisa de vectorul C (Fig.
2.12).

Amplitudinea tensiunii tangentiale depinde de orientarea planului A, deci C,

= f(p, 8). Pentru determinarea lui C, max €Ste necesar sa obtinem maximul functiei
C, = f(p, 8) pentru toate unghiurile ¢ si 6. Atunci cand se aplica metoda

invariantilor tensiunilor, amplitudinea tensiunii tangentiale echivalente/J>; rdméne
aceeasi pentru orice orientare a planului A.
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Fig. 2.11. Vectorul tensiune totala ~§n si componentele N si C care actioneaza in planul A
[Papadopoulos si Dang Van, 1988]

Fig. 2.12. Traiectoria incarcarii v’ descrisd de vectorul tensiune §n si traiectoria y descrisa de

vectorul tensiune tangentiald c [Papadopoulos si Dang Van, 1988]

In literaturd sunt prezentate mai multe metode propuse de Papadopoulos
[Papadopoulos si Dang Van, 1988], Deperrois [Deperrois, 1991], Duprat [Duprat,
1997], Bin Li [Li, Santos s.a., 2000], Mamiya-Araujo [Mamiya si Araujo, 2002] si
Balthazar [Balthazar si Malcher, 2007], Cristofori [Cristofori, Susmel s.a., 2008]
pentru calculul tensiunii tangentiale echivalente.

2.4.6.1. Modelul Sines

Sines [Sines, 1955] a analizat influenta diferitelor combinatii ale Thcarcarilor
de incovoiere si torsiune si a propus un model bazat pe al doilea invariant al
deviatorului tensorului tensiunilor si valoarea medie a tensiunii hidrostatice, dupa
cum urmeaza:

JI25 +kop < (2.63)

unde k si B sunt constante de material ce se pot determina prin incercdri la oboseala
uzuale.
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2.4.6.2. Modelul Crossland

Modelul propus de Crossland [Crossland, 1956] este similar cu cel formulat
de Sines, cu deosebirea ca n acest caz se ia in considerare valoarea maxima a
tensiunii hidrostatice spre deosebire de valoarea medie. Astfel, expresia matematica
a modelului Crossland este data in relatia de mai jos:

vJ2a + kon,max < B (2.64)

unde k si B sunt constante de material ce se pot determina prin incercari la oboseala
uzuale.

2.4.6.3. Modelul Papadopoulos

Papadopoulos [Papadopoulos si Dang Van, 1988] considera ca amplitudinea
tensiunii tangentiale echivalente este egala cu raza C, a cercului minim circumscris
traiectoriei de incarcare y (Fig. 2.13).

Fig. 2.13. Cercul minim circumscris traiectoriei de incarcare y [Papadopoulos si Dang Van,
1988]

Valoarea medie a tensiunii tangentiale este data de marimea vectorului w
care uneste originea cu centrul cercului circumscris. O facilitate Tn abordarea
calculului lui /J55 constd in transformarea tensorului deviator ojj intr-un vector s

cu cinci dimensiuni. In acest mod tensorul deviator este descris prin mai putine
componente [Papadopoulos, Davoli s.a., 1997]:

32 1 2
51 - E[EUX—g(ax“’Z}} 2= oy —oek 3= V2nys (2.65)

Sq = \/Efyz/ S5 = \/ETXZ

in decursul ciclului de solicitare s(t) descrie de asemenea o curbd inchisa,
care reprezinta conturul sau traseul de incarcare.

2.4.6.4. Modelul Bin Li

O alta metodd pentru determinarea amplitudinii tensiunii tangentiale
echivalente a fost propusa de Bin Li [Li, Santos s.a., 2000]. Conform acestei metode
cercul circumscris este fnlocuit printr-o elipsd. Valoarea tensiunii tangentiale
echivalente se determina in acest caz conform relatiei de mai jos:

V724 =[R2 +R? (2.66)
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in relatia de mai sus R, si Ry sunt semirazele elipsei circumscrise traiectoriei
de fincarcare (Fig. 2.14). Acest mod de abordare ia in considerare efectul
neproportionalitatii comparativ cu metoda prezentata de Dang Van si Papadopoulos.

Fig. 2.14. Elipsa minima circumscrisa traiectoriei de incarcare y [Li, Santos s.a., 2000]

2.4.6.5. Modelul Mamiya-Araujo

Mamiya si Araujo [Mamiya si Araujo, 2002] finlocuiesc hipersfera sau
elipsoidul cu o anvelopa prismatica, aceasta circumscriind traseul de incarcare in
planul deviator (Fig. 2.15).

A

e »a:
> n
I

(73

N

aj

Fig. 2.15. Prisma dreptunghiulara care circumscrie un elipsoid [Mamiya si Araujo, 2002]

Amplitudinea tensiunii tangentiale echivalente se calculeaza de aceasta data
cu relatia:

5 1/2
V72, =[Za,~2] (2.67)
i=1

unde a; este amplitudinea componentei x;(t) in deviatorul tensiunilor, definitd sub
forma:

a = m;aX|X,'( t) (2.68)

2.4.7. Modele mesoscopice

Modelele mesoscopice pornesc de la observatia cd dacda la scara
macroscopica (inginereasca ~ (0,1 - 1) mm) materialul are o comportare elastica,
anumiti graunti, la scara mesoscopica (1 - 100) pm sufera deformatii plastice in
timp, fapt ce conduce la aparitia primelor microfisuri.

In domeniul numerelor mari de cicluri pana la rupere trebuie efectuata o
analizd separatda pentru subdomeniile duratelor de viatd limitate si nelimitate.
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Analiza la nivel macroscopic atat pentru durata de viata limitatd cat si pentru cea
nelimitata indica o cedare a structurii in conditiile unor solicitari elastice.

Din punct de vedere al starii mesoscopice, situatiile sunt cu totul diferite. La
scara mesoscopica grauntii cedeaza in conditii de solicitdri elastice numai pentru
duratele de viata nelimitate. Pentru duratele de viata limitate analiza la nivel
mesoscopic indica prezenta deformatiilor plastice intr-un numar limitat de graunti.
Numai anumite cristale cu orientari nefavorabile capata lunecari plastice, fapt ce
conduce la o eterogenitate a distributiei microfisurilor. Durata pana la initierea
primei fisuri vizibile la scard macroscopica reprezinta o parte importanta a
durabilitatii la oboseala [Dumitru, Tripa s.a., 2012 (I, II, III)].

Trebuie subliniat ca la scara unui graunte tensiunile si deformatiile sunt
dificil de cuantificat si se impune utilizarea unor metode de trecere de la scara
macroscopica spre cea mesoscopica. Conditiile de trecere au fost detaliate de Hill
[Hill, 1967], Mandel [Mandel, 1971] si Dumitru [Dumitru, Tripa s.a., 2012 (I, II,
III)]. Acesti autori exprima tensiunile la scara mesoscopica sub forma:

g=AX):Z+p (2.69)

unde A(x)este tensorul de localizare a tensiunilor, X reprezinta tensorul

tensiunilor macroscopice, o este tensorul tensiunilor mesoscopice, iar p tensorul

tensiunilor remanente locale. Pentru determinarea acestor marimi sunt necesare
unele ipoteze simplificatoare. Conform ipotezei Liu-Taylor se obtine:

o=2-2GsP (2.70)

unde G este modulul de elasticitate transversal, iar fpreprezinté tensorul

deformatiilor mesoscopice plastice.
Problema cea mai complicatd in aplicarea acestor modele consta in

determinarea lui £P .

Prima formulare a unui criteriu mesoscopic apartine lui Dang Van [Dang
Van, Cailletaud s.a., 1989] si este folosit in industria francezd de automobile.
Criteriul a fost formulat pentru materiale policristaline solicitate in domeniul
durabilitatii nelimitate.

Un alt criteriu mesoscopic cu larga utilizare este criteriul Morel [Morel, 1998,
2000; Morel, Palin-Luc s.a., 2001]. Autorul presupune ca amorsarea unei fisuri de
oboseald se produce atunci cand deformatia plasticd mesoscopica acumulatd T'
atinge o valoare critica I'.. specifica materialului. Mai mult, el accepta ca numai
lunecarea macroscopicd este activa in procesul de rupere si pe aceasta baza
studiaza diferite faze de comportare ale materialului. In final se deduce ecuatia unei
curbe Wohler pentru initierea fisurii. In conditiile in care (PD) < 1 se poate calcula si
numarul de cicluri necesar initierii fisurii.

2.4.7.1. Modelul Dang Van

Acest criteriu se bazeaza pe ipoteza ca in jurul limitei de oboseala se
produce o plasticitate ciclica la scara mesoscopica datoritd neomogenitatii
materialului la nivelul unor graunti. Aceasta deformatie plastica puternic localizata
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produce o relaxare a tensiunii medii la nivelul mesoscopic, sau cu alte cuvinte
conduce la aparitia unor tensiuni remanente/reziduale la nivel mesoscopic.

In conditiile unei stari stabilizate, atinsa dupa un numar mare de cicluri, criteriul
Dang Van accepta ca initierea unei fisuri se produce atunci cdnd o functie de
tensiuni mesoscopice este mai mare sau cel putine egal cu 0:

fFo(o,t)f=0 pt. OeV(M) (2.71)

unde M este punctul unde se produce concentrarea puternica a tensiunilor (filet,
crestatura, racordare, etc), V(M) este volumul reprezentativ din jurul punctului M, O
este punctul volumului V(M) unde grauntele prezintd o orientare nefavorabila
(orientare criticd) si o(O,t) este tensiunea mesoscopica in locatia O, la timpul t.

Pe baza celor de mai sus, Dang Van [Dang Van, Griveau s.a., 1982; Dang Van,
Cailletaud, 1989] postuleaza un criteriu de oboseala sub forma:

- N N/ N
vn,vt oceq = r(n,t‘)+a~aH(t)2 Yij (2.72)

A N/>
unde oeqreprezintd tensiunea echivalenta conform Ilui Dang Van, r(n,tjeste

AN
tensiunea tangentiald mesoscopica instantanee, respectiv O'H(t) este tensiunea
hidrostaticd instantanee asociata tensiunii mesoscopice o, iar a si B sunt constante

de material.

In acceptiunea lui Dang Van, tensiunile tangentiale mesoscopice produc
lunecarea, deci initiaza primele microfisuri, in timp ce tensiunea hidrostatica
favorizeaza acest proces prin deschiderea fisurii.

Problema care creeaza cele mai mari complicatii in aplicarea criteriului

AYESS
propus de Dang Van o constituie calculul lui r(n, tj , care se bazeaza pe criteriul de

plasticitate a unui graunte conform ipotezei lui Schmid:

#(n)|- 5y <0 (2.73)

7(n)| reprezinta valoarea absolutd a tensiunii tangentiale mesoscopice care
actioneaza in planul A, iar t, este tensiunea mesoscopica critica (limita de curgere la
forfecare a unui graunte).

In plus fata de forfecarea mesoscopicd, Dang Van presupune cd amorsarea
unei fisuri la nivelul limitei de obosealda este puternic influentatd de tensiunea
hidrostatica mesoscopicd, care in multe situatii se considera egald cu valoarea
macroscopica oy a acesteia.

unde
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2.5. Sinteza parametrilor de degradare aplicabile in
calculul durabilitatii la oboseala multiaxiala cu numere mari

de cicluri

in tabelul de mai jos sunt redate parametrii de degradare ai principalelor
modele de calcul pentru oboseald multiaxiald cu numere mari de cicluri, atat pentru
cele prezentate detaliat In paragrafele anterioare, cat si pentru alte modele
reprezentative existente in literatura de specialitate. Parametrii de degradare sunt
prezentati grupati pe categorii. In cazul fiecarui parametru de degradare se prezinta
formula matematicd cu care acesta se poate determina si se defineste conditia

critica cu explicarea termenilor noi.

Tabelul 2.1. Sinteza modelelor de oboseald multiaxialda cu numere mari de cicluri

Teoria tensiunilor echivalente

Modelul Parametrul de degradare, (PD)
1 \/( 2 2 2 . 2
—_— O'X—Gy)2+(0y —0'2)2+(0'z —GX) + 6 Txy tTyz +Tzx
von Mises V2 ( )
(1913)
Obs: Tensiunea echivalenta critica sau (PD)q = 0.1
sign(c1) - oym
Signed von

Mises (2000)

Obs: oyu este tensiunea echivalenta von Mises;
Tensiunea echivalenta critica sau (PD). = 6.4

Tresca 793791
(1864) . ] v ey
Obs: Tensiunea echivalenta critica sau (PD) = 6.4
Hohenemser- 2+ T_21 Sm
Prager Or
1 M
(1933) Obs: Tensiunea echivalenta critica sau (PD)¢ = 11
Obs: Tensiunea echivalenta criticd, (PD)¢ =1.1;
Gough- Aplicabil la materiale ductile
Pollard
(1935)

£ Y f
15 +(F 4 _T_l{f_aj 1+ (274 —f_1)f—ar_1

Obs: Tensiunea echivalenta critica, (PD). = t.1; Aplicabil la
materiale fragile
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Modelul Parametrul de degradare, (PD)
Tm 2
Davies fa + 7"—1
(1935)
Obs: Tensiunea echivalenta critica, (PD)e = 1
Obs: Tensiunea echivalenta critica, (PD). = t.1; Aplicabil
Nishihara- pentru f_;/7_71> \/E
Kawamoto
1941 2
e 2 l(s2 ) A 2 ) e
a 2 -1 '-1 f_1 o\ -1 -1 f_1
Obs: Tensiunea echivalenta critica, (PD)¢ = 1.1, Aplicabil
pentru f_;/7_1< J3
f 1/2
—i-1+K2+(1+2K2cm%2¢)+K4)
J2
Langer
(1971)

Obs: Aplicabil pentru cicluri sinusoidale simetrice defazate de
fncovoiere cu rasucire; K = 21,/f5; ® - unghiul de defazare
dintre incovoiere si rasucire

ASME (1978)

1/2 1/2
fi{r+3K2+(1+§K2coq2@)+fik4j }

2|74 16

Obs: Aplicabil pentru cicluri sinusoidale simetrice defazate de
incovoiere cu rasucire; K = 21,/f5; ® - unghiul de defazare
dintre incovoiere si rasucire

1/a
(04
fal1+ [_;afl ]

Lee (1980) ar-1

Obs: Tensiunea echivalenta critica, (PD) = t.1; a = 2(1 +

Bsin®); B - constanta de material

o1 n
el |/

Lee (1989) far_1 or

Obs: n - constanta de material
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Teoria planelor critice

Modelul Parametrul de degradare, (PD)
Tna T %0n,max
Stulen- N N
Cummings Obs: Planul critic, avand normala n, este planul in care o,
(1954) atinge valoarea maxima; 1, — amplitudinea tensiunii

tangentiale din planul critic; (PD)¢ = t-1; @ = 2(1.1/0-1) — 1;

Sines (1955)

% + a(3o-h/m)

Obs: o = (2&/3X(Z_;1 — %0 /2) ; (PD)cr = (\/3/3)571

Tna T ®0n,max

Findley
(1957) Obs: Planul critic, avand normala n, este planul in care (PD)
atinge valoarea critica; (PD)¢ = t.1; a = 2(1.1/01) - 1;
mz_ax(fn(t))+ aon max
Yokobori -
(1966) Obs: Planul critic, cu normala n, este planul in care 1, atinge
valoarea maxima; 0, max — tensiunea normala din acelasi plan;
(PD)er = 14; 0 = 2(2.4/04) - 1
Tna T %0n,max
Matake Obs: Planul critic, cu normala n, este planul in care
(1977) amplitudinea tensiunii tangentiale 1., este maxima;
(PD)er = 1-1; @ = 2(14/04) = 1;
max(tna(t) + aop(t))
t
Dang Van
(1993) Obs: op(t)=1/3-(o1(t) +o2(t) +o3(t));
a=3(c_;/0.1-1/2); (PD)e = 14
. . Tna T ®0n,max
McDiarmid - -
(1994) Obs: Planul critic, avand normala n, este planul in care 1,
atinge valoarea maxima; a = 1.1/20;; (PD)¢ = 11
ml‘?x[fna(t) +aopa(t) + fonm)
Robert
(1992) Obs: Valoarea criticd a (PD): (PD)s = r_IVaZ +1;a,B-
constante de material
e -
Sk (na + C10na + C20mm {1 - H3j
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Modelul

Parametrul de degradare, (PD)

Obs: Planul critic, avand normala n, se considera planul in care
Tha atinge valoarea maxima; o.s Si On.m reprezinta amplitudinea
si valoarea medie a tensiunii normale in planul critic; C,, C; -
constante de material; H - functie de pondere; (PD) = 14

Papadopoulos

<Taz > + dPH max

2 1 27 % 2z _
<Ta > -5 2 [ [ [Tale,0, x)dxsinedede
87% 420020 =0

_
(o]
]
o (1994) Obs: <T,> - valoarea medie a amplitudinii tensiunii
§ tangentiale dupa toate directiile de lunecare apartinadnd unui
c plan (integrare in raport cu X), respectiv pe toate planele care
5 trec prin punctul considerat in interiorul unui volum elementar
o (integrarea facandu-se in raport cu ¢ si 0); (PD)¢ = 1.1;
% a=3r_1/0'_1—\/§
E 2
© T T
5 L j .[ ch ‘H{Na +£Nm] sinadéd
4r 2 T_1
& 9p=06=0
Papuga
(2008) Obs: C;, N;, N, — amplitudinea tensiunii tangentiale, respectiv
amplitudinea si valoarea medie a tensiunii normale dintr-un
plan dat; (PD)¢ = 1-1; a = 6_1[36_21 /z’fl - 1)
Macha 4JGUr
(1999)
Obs: (PD)¢ = 14
Shariyat ayUr + - pPH
s (2009) = -
= Obs: a, B - constante de material; (PD)¢ = 11
g max[}’na(t)f(t) + Ena(t)o'(t)]
c | Chu-Conle- t
(O]
© Bonnen . . . < a
e (1993) Obs: (PD) este o energie de deformatie determinata in planul
§ in care aceasta are valoarea maxima
OFf Tf
Glinka-Wang- m;ax (7na(f)T(t){a.f . + .
Plumtree n,max n,max
(1995)

Obs: (PD) este o energie de deformatie determinata in planul
in care aceasta are valoarea maxima
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58 Stadiul actual al cercetarii in domeniul oboselii multiaxiale cu numere mari de cicluri - 2

Modelul Parametrul de degradare, (PD)

1/le‘-,, +K-I1,m

Sines (1955) Obs: «UZ,a - amplitudinea tensiunii tangentiale echivalente;

I,m = Oonm — valoarea medie a tensiunii hidrostatice;
K=3r_1/00-3; (PD)¢ = 11

Teoria invariantilor starii de

)
S \/JZ,a +K[—’1,m+—71,a]
@ Crossland
9 (1986) Obs: Ii,m + I1,a = Ii,max =0h,maxs K= 37—1/0'—1 —‘/E; (PD)cr =
T-1
J,,+K-I,, +A-1,
Kakuno- ’ ’ ’

ﬁ‘g;'g;" Obs: Iy,m = Onm; l1ja = Ona; K=3r_1/0_1-3 ;
A=31_1/00 —\/E ;(PD)er = 14

AYZSS AN
r(n, tj +a- GH(L')

Morel (1998)

] Dang Van

‘a 1989 -

§- ( ) Obs: azw;(pp)d=1_1

0 o_1 /3

Q

0

£ i[pm Ca , ,__tim _L]
o Nj Ca —7lim Ca-7iim Ca
5

'_

Obs: N; — numarul de cicluri necesar initierii fisurii; C; —
amplitudinea tensiunii tangentiale macroscopice; p, q, r -
constante de material; tim = 1¢; (PD)r = 1

Dupa cum se poate vedea din tabelul de mai sus, existd a multitudine de
abordari in ceea ce priveste parametrul de degradare in oboseala multiaxiala cu
numere mari de cicluri. In decursul timpului s-a ajuns de la abordarea macroscopica
specifica modelelor bazate pe tensiuni echivalente pana la nivelul mesoscopic,
concept dezvoltat de Van Dang.

Primele modele, in special cele bazate pe tensiuni echivalente dau rezultate
de regula acoperitoare care prezinta avantajul de a fi foarte usor de aplicat. In ziua
de azi industria constructoare de masini se orienteaza tot mai mult spre fabricarea
unor produse cu duratd limitatéd de viata si din acest motiv derivd necesitatea
determinarii cu precizie tot mai mare a numarului de cicluri remanente pana la
rupere. Astfel, modelele care s-a dezvoltat ulterior, incepadnd chiar cu modelele
planelor critice, tind sa raspunda acestor cerinte.

Modelele planelor critice prezinta un avantaj fata de modelele tensiunilor
echivalente, si anume acela ca dau posibilitatea determinarii pe langa numarul de
cicluri pana la rupere si a planului de material de-a lungul caruia un parametru sau o
combinatie de parametrii ating o valoare criticd si de-a lungul cdruia se propaga
primele fisuri de oboseald. Dezavantajul evident este complicatia introdusa fin
calculele matematice pentru determinarea pozitiei acestui plan critic.
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2.5 - Sinteza parametrilor de degradare in calculul durabilitatii 59

Spre deosebire, modelele invariantilor starii de tensiune considera
intotdeauna ca primele fisuri de oboseala se propaga in planele octaedrice. Aceasta
conditie le restrange aria de aplicabilitate la materiale ductile, acolo unde tensiunile
tangentiale joaca rolul dominant in nucleatia fisurilor de oboseala.

Modelele dezvoltate ulterior, cele ale integralelor si cele energetice, vin cu
calcule matematice destul de dificil de aplicat, dar si cu avantajul ca sunt pretabile
la determinarea duratelor de viata limitate dand rezultate apropiate de realitate.

Un loc aparte il ocupd in aceasta trecere in revista modelele bazate pe
abordarea mesoscopica, situdndu-se intre nivelul macroscopic si cel microscopic,
adica in zona unui graunte sau a unui grup de graunti de material. Abordarea
mesoscopicad pleacd de la nivelul de baza de la care se poate observa nucleatia unei
fisuri si este descrisda de ecuatii matematice de nivel inalt. Aceasta abordare
cunoaste o dezvoltare continua fiind aplicata in tot mai multe ramuri ale industriei
constructoare de masini, cu precadere in industria de automobile si cea aeronautica.
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3. PARTICULARITATI ALE CALCULULUI .
ANALITIC AL PARAMETRILOR DE OBOSEALA
FOLOSIND MODELE MULTIAXIALE

3.1. Consideratii generale privind aplicarea modelelor
de oboseala multiaxiala in tensiuni

Cu toate ca modelele de oboseala multiaxiald cu numere mari de cicluri vin
cu o abordare a starii de tensiune, care este implicit mult mai simpla decat cea a
starii de deformatie sau energiei specifice de deformatie, este totusi necesara o
intelegere foarte bund a notiunilor definitorii pentru caracterizarea solicitarilor si a
degradarii la numere mari de cicluri.

Cel mai important parametru care guverneaza abordarea degradarii bazata
pe tensiuni este tensorul tensiunilor, cu cele 6 componente ale sale independente.
In cazul aplicarii unor modele de tensiune echivalenta este suficienta cunoasterea
variatiei celor 6 componente ale tensorului tensiunilor de-a lungul unui ciclu de
solicitare. Lucrurile se complica substantial la aplicarea modelelor planelor critice,
din moment ce este necesara calcularea componentelor tensorului tensiunilor pe mai
multe plane de material. Astfel, fiecare componenta a tensorului tensiune depinde
de unghiul planului in care se determina starea de tensiune.

Expresia generald a modelelor planelor critice este redata in relatia de mai
jos:

At+a-c 2 f (3.1)

unde o si B sunt parametri care depind de caracteristicile materialului analizat.
Parametrul de degradare in cazul modelelor planelor critice depinde deci atat de
variatia tensiunii tangetiale pe un anumit plan cat si de tensiunea normala de pe
acelasi plan. Implicit, intra in calcul parametrii care definesc relatia dintre variatiile
temporale ale celor doua tensiuni amintite, care pot fi raportul amplitudinilor,
unghiul de defazare, sau frecventa. In consecintd, abordarea starii de degradare cu
ajutorul modelelor planelor critice conduce intotdeauna la o problema matematica
puternic parametrizatd, parametrii amintiti mai sus intervenind in determinarea
variatiei temporale a parametrului de degradare global, dupa cum se arata in relatia
de mai jos:

PD = f(A, 2, ®) (3.2)

unde A reprezinta raportul razelor extreme corespunzatoare tensiunii normale
respectiv tangentiale in sistemul de coordonate -t reprezentand curba de incarcare
(factorul de neproportionalitate), A este raportul frecventelor tensiunilor tangentiale
respectiv normale, iar ® este valoarea unghiului de defazare dintre tensiunea
normald si cea tangentiala.

Pe de alta parte, o problema aparte o reprezinta definirea planului critic de
rupere. Acesta difera de la un autor la altul, planul critic poate fi acel plan unde
anumite tensiuni ating valori extreme sau o combinatie dintre acestea. In tabelul de
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3.1 - Consideratii generale privind aplicarea modelelor de oboseald multiaxiala in tensiuni 61

mai jos se prezinta a sinteza a definirii planului critic de rupere in cazul unor modele
de oboseala multiaxiala des utilizate:

Tabelul 3.1. Definirea planului critic [Kun, 2011]

Modelul Planul critic este acela/unde:

Criteriul tensiunii normale -
maxime o5 este maxima

Findley Tensiunea echivalenta Findley este maxima
Yokobori T este maxima
Matake 1, este maxima
McDiarmid 1, este maxima
Von Mises Planul octaedric
Von Mises ,,cu semn” Planul octaedric
Tresca Planul octaedric
Crossland Planul octaedric

Daca se considera o solicitare compusa din doua tensiuni, una normala si
una tangentiald, ambele cu variatie sinusoidald, defazate cu ® = =n/2, se poate
reprezenta variatia tensiunilor reprezentative amintite in Tabelul 3.1, conform Fig.
3.1, acceptand relatiile care guverneaza starea plana de tensiune.

a(t)
6ucj o(?) g0l [MPa]

400

400t ~
Xx)&oo "‘.‘?< -gxxx)(x'-cl‘n' XD
% % x
%21 2% -:(Xx hend x§° X
2004 2001 ..w’“%i . N n;ﬁ::nowo o
. ) +e o
o"ﬁ..“ '-;_t’o"
" 0 RO

= &2 n*, 3n/2 21
- 2007 S200 et o
¢ Tensiunea normala

+++ Tensiunea tangentiala

- 400° xxx Amplitudinea tensiunii tangentiale
[A=075][ A=1 [ ®=~2 ][ 6=0 | |- Tensiunea echivalenta Findley
---- Tensiunea echivalentd von Mises
+-+= Tensiunea octaedrica

— 400

- 600"

Solicitarile initiale Tn functie de timp

Tensiuni reprezentative in functie de

To Co s h
/ pozitia planului
-—
Oy
T.

Xy

-~
Ty

GJ
Acceptam starea
plana de tensiune

Fig. 3.1. Reprezentarea tensiunilor reprezentative in cazul unui ciclu de solicitare multiaxial

Dupa cum se poate observa din figura, la momentul de timp ales (ot = n/2),
tensiunile reprezentative, cele care sunt considerate parametrii definitorii pentru
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62 Particularitati ale calculului analitic al parametrilor de oboseala cu modele multiaxiale - 3

determinarea planului critic de rupere conform criteriilor amintite mai sus, au o
variatie foarte pronuntata in functie de planul de material de-a lungul caruia sunt
calculate. Se observa de asemenea faptul ca valorile extreme ale acestor tensiuni nu
sunt atinse intotdeauna pe aceleasi plane. De exemplu, exista plane unde atat
tensiunea normald, amplitudinea tensiunii tangentiale cat si tensiunea echivalenta
Findley ating o valoare extrema, in schimb, de-a lungul acelorasi plane tensiunea
octaedricd si tensiunea echivalentda von Mises nu ating extreme, ba mai mult,
tensiunea tangentiala chiar se anuleaza.

In cele ce urmeaza vor fi prezentate studii de caz teoretice cu privire la
metodologia de aplicare a modelelor tensiunilor echivalente si a planelor critice in
cazul unor stari plane de tensiune si cu tensiuni normale si tangentiale cu variatie
armonica. Se pune in evidenta influenta parametrilor amintiti in relatia (3.2) asupra
planului critic de rupere si asupra tensiunii echivalente rezultante.

Calculele prezentate in paragrafele urmatoare au fost realizate in mediul de
programare MathCad 14, astfel au fost elaborate practic programe de calcul complet
parametrizate in care au fost implementate modelele amintite. Aceste programe
sunt construite astfel incat este necesara doar introducerea datelor de intrare,
constand din parametrii solicitarilor cum ar fi amplitudinile tensiunilor, unghiul de
defazare, frecventa, etc. Dupa aceasta etapa toate celelalte elemente sunt calculate
automat, inclusiv graficele sunt realizate in timp real in functie de datele initiale
introduse.

3.2. Implementarea formulei lui Bishop in determinarea
tensiunii echivalente ,,von Mises cu semn” si comparatie cu
modelul Yokobori

3.2.1. Definirea caracteristicilor solicitarii multiaxiale
considerate

Solicitarea multiaxiala simulata in mediul de programare MathCad este
reprezentata prin componentele de tensiune normald o,(t) si tensiune tangentiala
T«y(t) presupuse sinusoidale cu aceeasi frecventd (A = 1), dar defazate la ® = 90°
respectiv:

ox(t) =ox,m+0x,a-sin(wt) [MPa] (3.3)

txy (t) = Txy,m + Txy,a - Sin(et + @) [MPa] (3.4)

unde oy, = 120 MPa, oy m = 0 MPa, 14,2 = 60 MPa §i 15y,m = 30 MPa.

In Fig. 3.2. sunt redate variatiile temporale ale celor doua componente de
tensiune.

Cele doua tensiuni genereaza in sistemul de coordonate o-t un traseu de
incarcare eliptic, din care se poate determina cu usurinta factorul de
neproportionalitate A (Fig. 3.3).
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b 6.0
1507 [MPa]

vANARNANVANFS
(R VaRVAR VSRV

- 150

Tyy()
1501 [MPa]

/\ /\ /\ o

-1

- 15

Fig. 3.2. Secventele temporale ale tensiunilor normale si tangentiale considerate pentru
determinarea tensiunii echivalente ,von Mises cu semn”

A Txy( t)
1501 [MPa]

15
ﬁ[ 0
- 150 \-{L_M

=15

D =mn/2

II
.

=150
Fig. 3.3. Traseul de incarcare generat de componentele normala si tangentiala

Tensiunea echivalenta von Mises data de solicitarea de mai sus este
reprezentata in figura de mai jos:

GvM(t)
2000 [MPa]
1504
1004
501
wt [rad]
0 n 2n 3n 4n 5 61 T 8 -

Fig. 3.4. Secventa temporala a tensiunii echivalente von Mises
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Se poate observa din Fig. 3.4 faptul ca tensiunea echivalenta von Mises se
prezinta sub forma unui ciclu pulsant pozitiv, cu tensiunea medie diferita de zero, cu
toate ca ambele tensiuni componente au portiuni negative.

Pentru eliminarea acestei ambiguitati date de modul de definire a tensiunii
von Mises, Bishop [Bishop si Sherrat, 2000] a propus o corectie a tensiunii
echivalente von Mises in sensul ludrii in considerare a semnului acesteia, semn care
in general este dat de prima tensiune principala sub forma redata in relatia (2.44).

3.2.2, Prezentarea programului de calcul pentru
implementarea formulei lui Bishop

In continuare se prezintd felul in care s-a aplicat relatia propusa de Bishop
pentru transformarea ciclului pulsant von Mises intr-un ciclu simetric von Mises ,cu
semn”. A fost elaborat un program de calcul [Dumitru, Kun s.a., 2011] care
transforma orice solicitare ciclicd compusa dintr-o tensiune normala si tangentiala
(cu orice amplitudine constanta, frecventa, tensiune medie si lege de variatie) intr-
un ciclu simetric echivalent, folosind metoda lui Bishop. Pentru aceasta s-a utilizat
mediul de programare pentru calcule numerice MathCad 14.

Formula Iui Bishop implica, pe langa cunoasterea legilor de variatie a
tensiunilor componente si a tensiunii echivalente von Mises, determinarea
tensiunilor normale principale o; si o,. In Fig. 3.5 se prezinta definirea in mediul
MathCAD a functiilor cu ajutorul carora s-au calculat aceste tensiuni principale.

) o Cwt_> 1 5 3

oq Cwt_2 '=f+5. o, Cwt_> +4-'rxy(u.rt_)
o, {wt_> 1

g Cut ;="T-E-Jax(m_)2+4-rxy(m_)2

Fig. 3.5. Definirea tensiunilor normale principale in mediul MathCad

Formula lui Bishop a fost reconstruita in mediul MathCad astfel incat
programul sa tina cont permanent de semnul tensiunii normale principale maxime
(Fig. 3.6).

wt__
trunc( %0 ]
(-1}
otheruvize

(_ljtrunc(u;;:u—)
[_ljtrunc(;gu_)

Fig. 3.6. Definirea functiei Bishop in mediul MathCad

TyMs CWE_D = oyqéwt> if mod{wt_,360) =0

-sign[cri(ut_)j-crun(ut_) if (|U’1(U‘t_)| z |02(L.It_)|j

-sign(ogCwt D) oyyCwt_> otherwise

Programul de calcul a fost realizat conform schemei logice prezentate in Fig.
3.7. S-a tinut cont de momentele in care prima si a doua tensiune principala devin
egale. In asemenea cazuri, daca in urmatorul moment de timp a doua tensiune
normala principala devine mai mare decat prima tensiune normald principald,
programul schimba automat cele doua tensiuni intre ele si semnul fostei a doua
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3.2 - Implementarea formulei lui Bishop in determinarea tensiunilor echivalente 65

tensiuni normale principale este luat in considerare in formula lui Bishop, pana la
urmatorul moment de acest fel de pe ciclu.

Calcul valori tensiuni
componente
6 (t)=0,+0, -sinot

A

Ty () =1, + T, -sin{wr+ @)

!

Introducere Calcul tensiune von Mises

parametri ciclu: ﬁ
= 3

D T r(0)= ol (1 +355,(0)

Y v

Introducere Calcul tensiuni principale Introducere
valoare initiala pt. c.(t) 1 [ a3 . valoare urmatoare
— X E N o=
tilnp t S (n= D + E Oy (" + 41.\1\'(’) pt. tlmp

o2(0= "5 ot +as () A
|

Calcul tensiune von Mises “cu semn”

.
Capat ciclu: (= (=115 0, (1)
ot mod 360 =0

NU

Calcul tensiune von Mises “cu semn”

runc‘lﬁ\‘ ) B OF = Ol
Co() = (—1,7 \360) 'S7g’7(51(f))'5vM ()

DA

Calcul tensiune von Mises “cu semn”

tmnc‘/

s (0= (=1Y" 50 - sign(a, (1) 0, (0

Fig. 3.7. Schema logica a programului pentru calculul tensiunii echivalente ,von Mises cu
semn” aplicand formula lui Bishop [Dumitru, Kun s.a., 2011]

Bazat pe aceastda schema logica adoptata, s-a calculat tensiunea echivalenta
»~von Mises cu semn” si este reprezentata in Fig. 3.8 suprapusa cu tensiunea von
Mises clasica (cu linie intreruptad) si cu cele doua tensiuni normale principale o1 Si 65,
cu scopul de a putea fi comparate cu usurinta.

S-a obtinut un ciclu echivalent simetric, care mentine atat secventele
pozitive cat si pe cele negative din solicitarea originalda. Se vede ca ciclul echivalent
este un ciclu simetric la care valorile extreme sunt egale cu £155,9 MPa. Evident ca
acest mod de abordare a problemei este acoperitor intr-un calcul ingineresc, in
schimb aplicarea acestei metode este extrem de dificila in cazul unor cicluri
aleatoare.
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4 5[MPa) [ ow(d) ] [ ous® | [c1(t) |
2001

1501

1001

501
wt [rad]

- 50y
- 1004

- 150t

- 200

Fig. 3.8. Variatia tensiunii echivalente ,von Mises cu semn” oyws(t) [Dumitru, Kun s.a., 2011]

3.2.3. Evaluarea ciclului echivalent obtinut prin comparatie cu
modelul Yokobori aplicat aceleiasi solicitari

Din moment ce modelul propus de Yokobori [Yokobori si Yoshimura, 1966]
apartine categoriei modelelor planelor critice, este de inteles faptul ca extinderea
notiunii de tensiune echivalenta necesita anumiti parametri suplimentari fata de
cazul aplicarii modelelor tensiunilor echivalente. Asemenea parametri sunt
caracteristicile de material, necesari pentru aplicarea modelului Yokobori.

Conform criteriului Yokobori, ecuatia care caracterizeaza starea de tensiune
in cazul unor solicitari multiaxiale variabile in timp se poate scrie in felul urmator:

ngg_X[Tn(f)]+a'Un,max =p (3.5)

unde o = 213 / 6.1 =1 si B = t.;. Pentru determinarea coeficientului o a fost ales un
otel cu caracteristicile la oboseala prezentate in Tabelul 3.2.

Tabelul 3.2. Caracteristicile la oboseald a otelului 30NDC16 [Froustey si Lassere, 1989]

Rezistenta la oboseala Rezistenta la oboseala la
Material intindere ciclica rasucire ciclica
c.; [MPa] 1., [MPa]
30NDC16 660 410

In cele ce urmeazd se prezintd programul de calcul realizat in mediul
MathCad in scopul aplicarii criteriului Yokobori pentru acelasi caz de solicitare din
Fig. 3.2. Programul de calcul realizat permite determinarea tensiunii echivalente
Yokobori try(t) atat ca o functie de timp céat si ca o functie de unghiul de inclinare 6
al planului critic. Pentru reprezentarea tensiunilor echivalente s-au utilizat atat
coordonate polare cat si coordonate carteziene.

Secventa de program realizatéa pentru determinarea simultand a valorii
maxime a parametrului Yokobori, a momentului de timp in care se atinge aceasta
valoare maxima, respectiv al unghiului 6 al planului in care se atinge aceasta valoare
maxima a parametrului Yokobori, este prezentata in Fig. 3.9:
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Fig. 3.9. Secventa de program pentru determinarea valorii maxime a parametrului Yokobori,
respectiv a momentului de timp si a planului in care aceste este atins

Este de mentionat faptul ca, desi se determina pozitia planului de material
de-a lungul caruia parametrul (de fapt, tensiunea echivalenté) Yokobori atinge
valoarea sa extremad, acest plan nu este planul critic de rupere. In conformitate cu
definirea modelului Yokobori [Yokobori si Yoshimura, 1966] , planul critic de rupere
este acela de-a lungul cdruia tensiunea tangentiala atinge o valoare extrema.

Astfel, pentru ciclul de fincarcare considerat, s-a determinat valoarea
maxima a tensiunii echivalente Yokobori ca fiind 119,79 MPa, valoare care se atinge
in momentul ot = 1,94n rad, intr-un plan inclinat cu unghiul 8 = 5,64° sau 185,64°.
Tinand seama de aceste valori, hodograful tensiunilor (reprezentare in coordonate
polare, propusa de Skibicki [Skibicki si Sempreuch, 2004]) va avea forma
prezentatd in Fig. 3.10.

110100 %0 80 45

120 60
130 i 50
140 40
150 30
160 20
170 10
T =119.79 MPa
180 ——— 0 Try A R
190 40 60-80 101 2%50 [MPa] ot =1.947x rad
200 2340 0=5.64°/185.64°
210 330
220 320
230 T 310
240 i 300
250 260 479 280 290
0[°]

Fig. 3.10. Hodograful parametrului Yokobori in diferite plane inclinate cu unghiul 6, reprezentat
in coordonate polare la momentul de timp ot = 1.94n rad, la care acesta atinge valoarea
maxima [Dumitru, Kun s.a., 2011]
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Considerand aceleasi valori determinate anterior, in Fig. 3.11 se prezinta de
aceasta data in coordonate carteziene variatia parametrului Yokobori in diferite
plane la momentul de timp in care acesta atinge valoarea maxima.

A Tty
1sof [MPa]

S50
300 360
- 501

- 1001

- 150

Fig. 3.11. Variatia parametrului Yokobori in diferite plane inclinate cu unghiul 9, reprezentat in
coordonate carteziene la momentul de timp ot = 1,94n rad, la care acesta atinge valoarea
maxima [Dumitru, Kun s.a., 2011]

Pornind de la valorile extreme ale tensiunilor echivalente determinate mai
sus, compararea celor doua abordari s-a facut pe baza unor coeficienti de siguranta,
calculati ca fiind raportul dintre limita de oboseala la torsiune a materialului si
valoarea tensiunii echivalente ,von Mises cu semn” respectiv Yokobori. Valorile
obtinute pentru coeficientii de siguranta sunt centralizate in Tabelul 3.3.

Tabelul 3.3. Coeficienti de siguranta determinati pe baza modelelor ,von Mises cu semn”
respectiv Yokobori [Dumitru, Kun s.a., 2011]

Tensiunea Rezistenta la _
. o 2 Coeficientul de
echivalenta oboseala la . v
Model Ly <. siguranta
maxima rasucire

max(0e,) [MPa] 1.4 [MPa] c[-]
Von Mises ,cu semn” 155,90 410 2,63
Yokobori 119,79 3,42

Dupd cum se poate observa din Tabelul 3.3 , modelul Yokobori produce un
coeficient de siguranta mai mare decat modelul ,von Mises cu semn”. Acest lucru se
traduce printr-o tensiune echivalentd mai mica in cazul modelului Yokobori decat in
cazul modelului ,,von Mises cu semn”, adica se ajunge la concluzia cd modelul ,von
Mises cu semn” este mai acoperitor decat modelul Yokobori. Aceasta concluzie este
in concordanta cu aspectele prezentate in stadiul actual al cercetarii in domeniul
oboselii multiaxiale cu numere mari de cicluri, unde s-a precizat faptul ca modelele
tensiunilor echivalente (categorie de care apartine atat modelul von Mises, cat si
modelul ,von Mises cu semn”) sunt mai acoperitoare decat modelele planelor critice.
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3.3. Studiul influentei unghiului de defazare si a
frecventei asupra pozitiei planului critic determinat cu
ajutorul modelului Findley

3.3.1. Definirea caracteristicilor solicitarilor multiaxiale
considerate

In cadrul acestui studiu al particularitdtilor calculului la oboseald multiaxiald
cu numere mari de cicluri, se va aplica modelul propus de Findley [Findley, 1957,
1959] pentru diferite cazuri de solicitari compuse din tensiuni normale si tangentiale
(stari plane de tensiune, aplicabile cu precadere la tuburi) cu diferite valori ale
unghiului de defazare ® si a raportului frecventelor A. Cazurile de solicitare,
reprezentate in sistemul de coordonate -t sunt prezentate in Fig. 3.12:

T T

I
| l

Cazul 1 Cazul 2 Cazul 3

T 7 T
D =n/4 b =n/3 O =72
oM e Wan
| ‘O- IWIG

Cazul 5 Cazul 7
T T T
) =0 0 r
A=1/2 A=1/3 A=1/4
4 ’Z 4 o
\
Cazul 8 Cazul 9 Cazul 10
T T 7
=0 d=0 [ ®=0
r=2 A=3 r=4
o o o
Cazul 11 Cazul 12 Cazul 13

Fig. 3.12. Cazuri de solicitare proportionale si neproportionale analizate cu modelul Findley
[Kun si Dumitru, 2010]

Se poate observa cd primele trei cazuri sunt proportionale, iar restul
neproportionale. De asemenea, se vede ca in cazul a 5 incarcari (cazurile 3-7) s-a
variat unghiul de defazare, iar in cazul a 6 incarcari (cazurile 8-13) s-a variat
raportul frecventelor.
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Din moment ce modelul propus de Findley face parte din categoria
modelelor planelor critice, trebuie cunoscut materialul la care se aplica. Din acest
motiv, proprietatile de material luate in calcul de aceasta data sunt: c.; = 180 MPa,
oo = 320 MPa, o, = 540 MPa, t.; = 90 MPa, 1o = 160 MPa, 1, = 270 MPa.

3.3.2. Prezentarea programului de calcul pentru
implementarea modelului Findley

In realizarea programului de calcul in mediul MathCad s-a tinut cont de
faptul cd in cazul solicitarilor neproportionale, directiile tensiunilor principale se
rotesc in timp. In Fig. 3.13, realizatd cu acest program, se exemplifica variatiile
directiilor principale de-a lungul unui ciclu de solicitare, pentru cazurile 7 respectiv
11.

B9 [°] 0o [°]
601 60T

t[s] t[s]

_ ot Cazul 7 P Cazul 11
Fig. 3.13. Variatia directiei data de tensiunea principala maxima in cazul unor solicitari
neproportionale [Kun si Dumitru, 2010]

Secventa de cod folosita pentru determinarea tensiunilor principale a fost si
de aceasta data cea din Fig. 3.5.

Functia de baza care determind valoarea parametrului Findley pentru orice
valoare a tensiunilor, a defazarii si a frecventelor, este prezentata in Fig. 3.14.

Valoarea coeficientului k din expresia modelului propus de Findley s-a
calculat conform relatiilor din capitolul 2 si a rezultat k = 0,25, valoare caracteristica
pentru materiale ductile [Reis, Li s.a., 2006, 2009].

Programul de calcul elaborat pentru a determina pozitiile planelor critice a
fost aplicat in felul urmator: dupa definirea solicitarilor impuse, s-au calculat
tensiunile normale si tangentiale care actioneaza pe doua plane perpendiculare ce
trec printr-un punct de material ales arbitrar. S-a considerat un plan inclinat cu
unghiul 6, trecdnd prin acelasi punct de material, calculandu-se tensiunile ce
actioneaza in decursul unui ciclu pe acesta, pentru un interval al unghiului de
inclinare 6 de la -90° la 90°. Avand valorile tensiunilor pentru un ciclu pentru fiecare
plan inclinat, s-a calculat parametrul lui Findley pentru toate valorile lui 8. Derivand
expresia parametrului Findley in raport cu unghiul 8 si anulédnd derivata s-a obtinut
pozitia planului unde acesta atinge valoarea maxima.
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Fig. 3.14. Secventa de program pentru determinarea parametrului Findley

3.3.3. Analiza valorilor obtinute

S-au determinat pozitiile planelor critice de rupere pentru cele 13 cazuri de
solicitari prezentate in Fig. 3.12 aplicand modelul Findley. Rezultatele calculelor sunt
prezentate in Tabelul 3.4.

Tabelul 3.4. Pozitia planelor critice in functie de cazurile de solicitare aplicand modelul Findley
[Kun si Dumitru, 2010]

Parametrii Pozitia planului
Cazul ®S°"°'ta"' Tipul solicitérii critic
[rad] AL-] O [°]

1 - - intindere +39,3

2 - - rasucire 5,6 /84,3

3 0 1 proportional -14,8 / 63,9

4 n/é6 1 -14,7 / 63,8

5 n/4 1 -15,1 /63,8

6 n/3 1 -13,6 / 63,7

7 n/2 1 0

8 0 1/2 neproportional £22,5

9 0 1/3 19,9

10 0 1/4 +21,8

11 0 2 +17,9

12 0 3 21,6

13 0 4 +20,3

Dupa cum se vede din Tabelul 3.4 si Fig. 3.15, in cazul solicitarilor
monoaxiale (cazurile 1 si 2), pozitia planului critic determinat prin criteriul Findley
nu corespunde cu pozitiile planelor principale. Cercetarile experimentale confirma
faptul ca fisurile de oboseala se initiaza pe planele forfecarii maxime, adica la 45° si
se propaga ulterior perpendicular pe directia tensiunilor normale (0°) care au
tendinta de a le deschide, respectiv ruperea finala se produce dupa directii apropiate
de aceste plane.
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+
i i
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Fig. 3.15. Variatia parametrului Findley in functie de pozitia planului la solicitédri monoaxiale
[Kun si Dumitru, 2010]

Rezultatele obtinute mai indica faptul ca pozitia planului critic nu se modifica
semnificativ in cazurile de solicitare proportionalda (cazul 3) si solicitarile defazate
(cazurile 4-6) (Fig. 3.16). Exceptie face cazul 7, solicitarea neproportionalda cu un
defazaj de n/2, cdnd unghiul planului critic are valoarea 0.

FIN

<< Cazul 3
oc¢ Cazul 4
oc Cazul 5
ns Cazul 6

N o4 Cazul 7
> — 0[]

-9 -70 =50 -30 - 10 10 30 50 70 90

Fig. 3.16. Variatia parametrului Findley in functie de pozitia planului la diferite defazari [Kun si
Dumitru, 2010]

Variind frecventele tensiunilor normale respectiv tangentiale, s-a constatat
faptul ca pozitia planului critic nu se modifica semnificativ, fie vorba de frecvente
mai ridicate ale tensiunii normale (cazurile 8-10), fie de frecvente mai ridicate ale
tensiunii tangentiale (cazurile 11-13). Se observa totusi ca in cazurile cu A = 3 sau A
= 1/3 (cazurile 9 si 12), parametrul Findley prezinta o variatie asimetrica fata de 0
cu un singur maxim, in opozitie cu celelalte cazuri (cazurile 8, 10, 11, 13), unde s-a
obtinut un grafic al parametrului simetric fata de 0, cu doua maxime (Fig. 3.17).
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Fig. 3.17. Variatia parametrului Findley in functie de pozitia planului la diferite rapoarte ale
frecventelor [Kun si Dumitru, 2010]

In baza calculelor efectuate, se pot afirma urmatoarele:

o pozitia planului critic nu se modifica semnificativ odata cu cresterea
unghiului de defazaj de la 0 la n/3 A(trecénd deci de la o solicitare
proportionald la una neproportionald). In cazul unui defazaj de n/2 insa
pozitia planului critic se modifica semnificativ;

o variatia frecventelor solicitarilor componente nu influenteaza in mod
semnificativ pozitia planului critic;

o pozitia planului critic difera semnificativ la cele doua tipuri de solicitari
multiaxiale neproportionale analizate, cele defazate respectiv cele cu
frecvente diferite.

3.4. Studiu de caz comparativ pe baza modelelor
Yokobori, Matake si McDiarmid

Starile multiaxiale de tensiuni si deformatii intr-un punct al unui element de
rezistenta nu pot fi evitate pentru majoritatea echipamentelor si instalatiilor din
constructia de masini. In cazul in care o piesa este supusa unor incarcari complexe,
in fiecare plan de material actioneaza atat tensiuni normale cat si tangentiale.
Modelele de oboseald denumite criteriile planelor critice se bazeaza pe reducerea
starii de tensiune multiaxiald la o stare monoaxiald echivalenta intr-un anumit plan
[Bernasconi, Folletti s.a., 2008; Bernasconi, Filippini s.a., 2006; Susmel, 2008; Kun
si Dumitru, 2011].

Pornind de la aceste aspecte, in cele ce urmeaza se va considera o solicitare
multiaxiald compusa din cicluri de intindere si torsiune, ambele variabile in timp, cu
diferite rapoarte ale amplitudinilor solicitarilor componente, respectiv defazate cu
diferite unghiuri.

In prima faza se face o analiza a influentei raportului amplitudinilor
tensiunilor componente si a defazarii asupra pozitiei planelor critice, definite ca
planele in care tensiunile tangentiale sau normale ating valori extreme. Dupa aceea,
notiunea de plan critic se analizeaza pe baza modelelor Yokobori [Yokobori si
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Yoshimura, 1966], Matake [Matake, 1997] si McDiarmid [McDiarmid, 1991]. In final
se face o comparatie intre aceste modele prin prisma evaluarii cat mai corecte a
unor tensiuni echivalente cu ajutorul carora se pot trasa curbe de oboseald la
tractiune cu torsiune.

3.4.1. Definirea caracteristicilor solicitarilor multiaxiale
considerate

Modelele utilizate in acest paragraf, facdnd toate parte din categoria
modelelor planelor critice, pretind cunoasterea caracteristicilor materialului pentru
care se aplica. Astfel, se vor adopta caracteristicile unui otel marca 41Cr4, conform
Tabelul 3.5:

Tabelul 3.5. Caracteristicile adoptate pentru otelul 41Cr4

41Cr4*

Rezistenta la rupere la tractiune or [MPa] 860
Rezistenta la rupere la torsiune 7 [MPa] 650
Limita de curgere la tractiune o [MPa] 770
Limita de curgere la torsiune . [MPa] 460
Rezistenta la oboseala la intindere ciclica o.; [MPa] 293**
Rezistenta la oboseald la rasucire ciclica 7.; [MPa] 180**

* tratament termic: cdlire volumica la 830°C, urmata de revenire inalta la 400°C [Mitelea si
Vlaicu, 2010]
** pentru N = 1000000 cicluri

Se presupune ca o piesa executata din acest material este supusa unei
fncarcari multiaxiale variabile in timp, de intindere cu rasucire, compusa dintr-o
tensiune normala si o tensiune tangentiald, ambele cu variatie sinusoidala.

S-au luat in considerare 17 regimuri de incarcare distincte. Diferentierea
regimurilor s-a facut prin doi parametri, si anume coeficientul de neproportionalitate
A (care este de fapt raportul dintre amplitudinea tensiunii tangentiale si a celei
normale), respectiv unghiul de defazare dintre tensiuni ©.

Dintre acestea, 11 regimuri de incarcare sunt proportionale, avand diferiti
coeficienti de neproportionalitate A = 0,5..1,0 (variatia coeficientului de
neproportionalitate realizdndu-se prin descresterea in 11 trepe a amplitudinii
tensiunii normale de la 625 MPa la 325 MPa, in timp ce amplitudinea tensiunii
tangentiale a fost mentinuta constanta la 325 MPa).

Celelalte 7 regimuri sunt neproportionale, cele doua tensiuni fiind defazate
la 7 valori diferite ale unghiului ®, mentindndu-se constanta A = 0,75. Traseele de
incarcare, reprezentate in coordonate o-T sunt prezentate in Fig. 3.18, sugerandu-se
in acelasi timp variatia celor doi parametri amintiti mai sus (A si ®).
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Fig. 3.18. Regimuri de incarcare abordate in studiul comparativ intre modelele Yokobori,
Matake si McDiarmid

3.4.2. Prezentarea programului de calcul pentru
implementarea modelelor Yokobori, Matake si McDiarmid

Programul de calcul in care au fost construite functiile pentru determinarea
parametrilor Yokobori, Matake si McDiarmid a fost realizat in mediul MathCad.
Programul de calcul este complet parametrizat, insemnand cad sunt necesare doar
datele de intrare care definesc ciclurile de solicitare, calculele si reprezentarile
grafice fiind efectuate automat.

In cadrul acestui program s-au efectuat calcule in functie de doua variabile
independente simultan si s-au obtinut astfel suprafete specifice fiecarui caz.
Modelele Yokobori, Matake si McDiarmid au fost aplicate pentru o serie de solicitari
proportionale si neporportionale (dupa cum s-a vazut in Fig. 3.17).

Datorita modului de definire a planului critic de rupere conform celor trei
modele analizate, a fost nevoie de crearea unor functii in MathCad care sa
determine tensiunea normald, tangentiald si amplitudinea tensiunii tangentiale in
orice plan inclinat cu unghiul 6. Secventa de program continand functia pentru
determinarea amplitudinii tensiunii tangentiale in functie de inclinatia planului este
redata in Fig. 3.19.
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return d

Fig. 3.19. Determinarea amplitudinii tensiunii tangetiale in functie de pozitia planului, in mediul
MathCad

Suprafetele de variatie a tensiunii normale, tangentiale respectiv a
amplitudinii tensiunii tangentiale in functie de unghiul de defazare ®, respectiv in
functie de unghiul planului inclinat 0, se prezinta in Fig. 3.20.

@rad] O[rad]  @[rad] 0 [rad]

Fig. 3.20. Suprafetele generate de (a) tensiunea normala, (b) tensiunea tangentiala si (c)
amplitudinea tensiunii tangentiale, in functie de unghiul de defazare @ si unghiul planului
inclinat in care se calculeaza, 6 [Kun si Dumitru, 2011]

D[rad] 7 ke 0 [rad]

Au fost variati doi cate doi parametri si anume intr-o prima faza s-a studiat
influenta unghiului de defazare asupra valorii tensiunilor echivalente Yokobori,
Matake si McDiarmid, in functie de pozitia planului exprimat prin valoarea unghiului
0. In a doua faza s-a analizat influenta factorului de neproportionalitate asupra
tensiunilor echivalente, iar reprezentarea s-a facut analog, in functie de pozitia
planului inclinat. Pentru exemplificare, in Fig. 3.21 se reda secventa de program cu
ajutorul careia s-a creat suprafata generata de tensiunea echivalenta Matake,
reprezentata in functie de unghiul de defazare si unghiul planului inclinat.

S AT'€o_a , B_,& >
2
bo

N_MATAL (o, &od = o
Mata(poz , ooua, 8o, Ba)

Mata{wt_ ,o_a 8 +o- o' {wt_,o_a,f_, &_D>

CreateMesh(N_MATA1

Fig. 3.21. Secventa de program pentru generarea suprafetei date de criteriul Matake
reprezentat in functie de unghiul de defazare si unghiul planului
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Suprafete generate de cele trei modele, pentru cele doud perechi de
variabile independente (® si 6 respectiv A si 0), sunt prezentate in Fig. 3.22.

304

0 [rad]

1.57

wt=90°
@=0rad

Oma [MPa]

Fig. 3.22. Suprafetele generate in functie de unghiul de defazare @ si unghiul planului 6 ((a)
Yokobori, (b) Matake, (c) McDiarmid) respectiv in functie de factorul de neproportionalitate A si
unghiul planului 6 ((d) Yokobori, (e) Matake, (f) McDiarmid) [Kun si Dumitru, 2011]

3.4.3. Analiza rezultatelor obtinute

in Fig. 3.20 se prezintd variatia amplitudinii tensiunii tangentiale 21, = At in
functie cei doi parametri amintiti mai sus. Cunoasterea acestei variatii este foarte
importanta din moment ce numeroase modele bazate pe teoria planelor critice
considera drept planul in care pornesc primele fisuri de oboseala planul in care 1,
atinge o valoare extrema (vezi Tabelul 3.6).

Comparand Fig. 3.20 (b) cu Fig. 3.20 (c) se poate observa ca amplitudinea
tensiunii tangentiale At variaza cu frecventd dubla fatd de valoarea momentana a
tensiunii tangentiale t, atat in functie de unghiul de defazare ® cat si in functie de
pozitia planului 6.

Dupa cum se poate observa din Fig. 3.22 (a), suprafata generata de
tensiunea echivalenta Yokobori este foarte asemanatoare cu suprafata generatd de
variatia valorii momentane a tensiunii tangentiale. Aceasta similitudine provine
tocmai din modul de definire al modelului Yokobori, conform cdruia ponderea cea
mai mare in ecuatia parametrului de degradare considerat intr-un anumit plan de
material este o are valoarea momentana a tensiunii tangentiale, combinata cu
valoarea momentana a tensiunii normale din acelasi plan.
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Suprafetele generate de tensiunile echivalente propuse de Matake (Fig. 3.22
(b)) si McDiarmid (Fig. 3.22 (c)) sunt practic identice, ceea ce este de inteles, din
moment ce singura diferentd in definirea lor matematica fiind valoarea unei
constante de material. Mai mult decéat atat, in cazul acestor ultime doua suprafete
se poate observa o anumita similitudine din punct de vedere al frecventei cu
suprafata generata de variatia amplitudinii tensiunii tangentiale (Fig. 3.20 (c)).

O alta serie de suprafete generate de aceleasi tensiuni echivalente au fost
construite, dar de aceasta data cu scopul de a urmari influenta coeficientului de
neproportionalitate asupra tensiunilor echivalente. Astfel, in Fig. 3.22 (d) - Fig. 3.22
(f) se prezinta tensiunile echivalente Yokobori Ty, Matake Owa: Si McDiarmid oumep Ca
si functii de pozitia planului 8 si factorul de neproportionalitate A.

Din Fig. 3.22 (d) se poate deduce ca tensiunea echivalenta Yokobori are o
variatie mai putin pronuntatad in functie de factorul de neproportionalitate, decéat in
cazul unghiului de defazare. Aceeasi observatie este valabila si in cazul tensiunilor
echivalente Matake si McDiarmid ca functii de A (Fig. 3.22 (e) si Fig. 3.22 (f)).

Cu toate acestea, se observa o clara tendintd de crestere invers
proportionald cu factorul de neproportionalitate A in cazul a toate trei tensiuni
echivalente studiate.

Valorile distincte alese pentru A si @, respectiv valorile corespunzatoare ale
tensiunilor normale o si tangentiale z, ale tensiunilor echivalente try, omat Si omcp sunt
redate n Tabelul 3.6. Acelasi tabel contine de asemenea pozitia planului critic 0.
corespunzator valorilor A si ®, respectiv momentului de pe ciclu ales, definit prin ot
= 90°.

Tabelul 3.6. Valorile tensiunilor normale, tangentiale, Yokobori, Matake si McDiarmid, respectiv
pozitiile planelor critice pentru cazul ot = 90° [Kun si Dumitru, 2011]
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- 8 = c 3 Sge 383 2wm3 3BS3F ok c

L P S 0 o< W= 2L EC HEE BECB>SE [

o “ 0 a c® cB0 T=@® cS50 comcEgct a

v Q 0o Ssa oO¥ 8&cs 023 Ogad5E

z a ®= 3 =S ES Fe, FSo-Y6 ©

g 0o 0 <50 >0 =290 ¢z =

(] ca o wa = -% £ Q [a) =

c |9 c 5 5 v} 3] P

£ - 0 o = a

> A c T Ta TTY OMat OMcD Ocr

[rad] [-] [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [°]
Planul critic este acela unde ¢ este maxima (G max)
1 0 0,75 607,2 -5,4 5,4 - - - 28,5
2 =~/6 0,75 571,8 -0,7 98,8 - - - 26,2
3 n/4 0,75 532,4 4,6 160,1 - - - 22,9
4 /3 0,75 487,5 0,9 225,7 - - - 18,3

5 n/2 0,75 433,3 0 325 - - - 0
6 T 0,75 607,2 -6,4 6,4 - - - 152,3
Planul critic este acela unde t este maxima (Tmax)
7 0 0,50 316,8 459,5 459,5 621,6 - - 156,9
8 0 0,55 300,4 439,2 439,2 592,9 - - 159,2
9 0 0,60 274,3 423,0 423,0 5634 - - 160,3
10 0 0,65 253,8 410,0 410,0 539,8 - - 161,5
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[rad] [-] [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [°]
11 0 0,70 237,6 399,3 399,3 520,9 - - 162,6
12 0 0,75 210,7 390,5 390,5 498,3 - - 162,7
13 0 0,80 201,3 383,2 383,2 486,2 - - 163,9
14 0 0,85 193,2 377,0 377,0 475,9 - - 164,9
15 0 090 174,5 371,7 371,7 461,0 - - 165
16 0 0,95 171,5 367,2 367,2 455,0 - - 166,2
17 0 1,00 168,7 363,3 363,3 449,6 - - 167,2
18 0 0,75 210,7 390,5 390,5 498,3 - - 162,7
19 /6 0,75 220,1 355,11 377,9 467,7 - - 161,5
20 n/4 0,75 214,3 3158 356,7 425,5 - - 158,1
21 /3 0,75 216,99 270,8 319,2 381,8 - - 153,5
22 /2 0,75 217,6 216,6 216,6 328,0 - - 135,1
23 n 0,75 212,9 390,5 390,5 499,5 - - 106,6
Planul critic este acela unde , este maxima (Ta,max)
24 0 0,50 324,7 -459,6 459,6 - 625,7 583,7 67,5
25 0 0,55 297,1 -439,2 439,2 - 591,2 552,8 68,7
26 0 0,60 273,7 -423,0 423,0 - 563,0 527,7 69,9
27 0 0,65 252,4 -410,0 410,0 - 539,1 506,5 71,1
28 0 0,70 232,6 -399,3 399,3 - 518,4 488,3 72,2
29 0 0,75 2154 -390,6 390,6 - 500,8 472,9 73,3
30 0 0,80 201,3 383,2 383,2 - 486,2 460,2 163,9
31 0 0,85 193,2 377,0 377,0 - 475,9 450,9 164,9
32 0 090 179,6 -371,7 371,7 - 463,7 440,4 75,5
33 0 0,95 171,5 367,2 367,2 - 455,0 432,8 166,2
34 0 1,00 162,9 -363,3 363,3 - 446,7 425,6 76,7
35 0 0,75 2154 -390,6 390,6 - 500,8 472,9 73,3
36 n/6 0,75 249,6 353,6 379,4 - 507,1 474,8 163,9
37 /4 0,75 289,5 307,3 366,1 - 514,2 476,8 165
38 /3 0,75 342,7 239,7 349,44 - 524,7 480,4 167,3
39 /2 0,75 433,3 0 325,0 - 546,7 490,6 0
40 n 0,75 213,2 -390,5 390,5 - 499,6 472,1 17,1

Dupa cum se poate observa din Tabelul 3.6, atunci cand se considera planul
critic acela in care o atinge o valoare extremad, pozitia planului critic se modifica
odatd cu cresterea unghiului de defazare (A mentinandu-se constant). Planul critic
devine cel perpendicular pe directia aplicarii o (6., = 0) atunci cand ® = r/2.

Urmarind dependenta dintre pozitia planului critic unde t© atinge valori
extreme, se constatd iarasi o influenta majora a defazarii asupra 6.. Analizand
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valorile obtinute pentru 6. in cazul definirii planului critic ca si planul in care t,
atinge valoarea extremd, nu mai existd o dependenta univoca clara intre 6. si ®

(Fig. 3.23).

In ceea ce priveste influenta A asupra 6. se constata o variatie mai mica a
unghiului planului critic definit ca planul unde t este maxim, acesta ramanand in
jurul valorii de 6. = 160°, dar cu o clara tendintd de crestere odatd cu scdderea oy ..
Aceasta tendinta de crestere moderata se mentine partial si in cazul pozitiei planului
in care amplitudinea tensiunii tangentiale atinge valoarea extrema, 6., miscandu-se
in jurul valorii de 70°, dar de aceastd datd existand si salturi de 90° la anumite

valori ale factorului de neproportionalitate (Fig. 3.24).

Pozitia planului critic [°]

Fig.

Pozitia planului critic [°]

Fig. 3.24.

53 aAA

140 | 0
120 4
100, a
80 4 < Planul tensiunii normale maxime
60 O Planul tensiunii tangentiale maxime
A Planul amplitudinii maxime ale tensiunii tangentiale
40 -
SEERRR A
0 T T 1 T T T 1
0 0.5 1 1.5 2 25 3 3.5

Defazare[rad]

3.23. Influenta unghiului de defazare asupra pozitiei planului critic

180
1GOJ]DDDDDWWDWD

140
120 4
100 ~
80 4
A A

A A A A& A A
40 O Planul tensiunii tangentiale maxime
20 A Planul amplitudinii maxime ale tensiunii tangentiale

0 T T T T T T T T 1

0.5 0.55 0.6 0.65 0.7 0.75 0.8 0.85 0.9 0.95 1

Factorul de neproportionalitate [-]

Influenta factorului de neproportionalitate asupra pozitiei planului critic
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Analizand acum influenta defazarii si a factorului de neproportionalitate
asupra valorii tensiunii echivalente corespunzatoare fiecarui model analizat, s-a
constatat ca valorile tensiunii echivalente McDiarmid sunt intotdeauna mai mici
decat cele ale tensiunii Matake, acest fapt explicdndu-se prin definirea diferita a
parametrului de material a. Se observa si faptul ca defazarea are un impact mai
puternic asupra tensiunii echivalente Yokobori decat asupra celorlalte douda modele
(Fig. 3.25).
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o
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400 -

300 +

200 1 —<O— Tensiunea echivalenta Yokobori
—— Tensiunea echivalenta Matake

Tensiune echivalenta [MPa]

100 —/— Tensiunea echivalenta McDiarmid

0 T T T T T T
0 0.5 1 1.5 2 25 3 3.5

Defazare [rad]

Fig. 3.25. Influenta unghiului de defazare asupra valorilor tensiunilor echivalente
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Factorul de neproportionalitate [-]

Fig. 3.26. Influenta factorului de neproportionalitate asupra valorilor tensiunilor echivalente
S-a constatat de asemenea faptul ca valorile tensiunilor echivalente Yokobori

si Matake sunt foarte apropiate, uneori chiar identice, mai ales in cazul in care sunt
reprezentate in functie de coeficientul de neproportionalitate. Acest lucru este
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oarecum contrar asteptarilor, din moment ce la cele douda modele planul critic este
definit in moduri diferite (Fig. 3.26). Tot de aici rezulta si valorile diferite obtinute
pentru 0. sub aceleasi conditii de solicitare.

3.5. Concluzii asupra modelelor studiate

In acest capitol au fost efectuate mai multe studii de caz pe solicitari
multiaxiale simulate, compuse din solicitari normale si tangentiale cu diferite grade
de neproportionalitate. Au fost realizate programe de calcul in mediul MathCad in
care au fost implementate modelele multiaxiale ,von Mises cu semn”, Findley,
Yokobori, Matake si McDiarmid.

Se poate concluziona ca toate modelele se pot aplica pentru solicitari
multiaxiale, Insa existda numeroase diferente atat in modul de definire a parametrilor
cat si intre rezultatele obtinute. Pornind de la faptul ca diferitele modele definesc
planul critic de rupere in mai multe feluri, tensiunile care actioneaza pe aceste plane
(fiind implicit parametrii care controleazéa degradarea), ele dau de multe ori
rezultate care nu sunt in concordanta.

S-a constatat ca atat modelul von Mises cat si modelul ,,von Mises cu semn”
prezic planul critic ca cel fiind planul octaedric, in schimb modelul Findley defineste
un plan critic dat de o combinatie a tensiunilor. Nici celelalte trei modele, Yokobori,
Matake si McDiarmid nu coincid in predictia planului critic de rupere, acesta fiind fie
planul unde tensiunea tangentiald atinge o valoare criticd (Yokobori), fie planul in
care amplitudinea tensiunii tangentiale atinge o valoare critica (Matake, McDiarmid).
In ceea ce priveste tensiunea echivalenta calculata, s-a constat ca modelul ,von
Mises cu semn” este cel mai acoperitor, ddnd o tensiune echivalenta calculata mai
mare decat modelul Yokobori. Rezultate apropiate s-au obtinut in cazul modelelor
Matake si McDiarmid, avand definitii apropiate. Un rezultat neasteptat este acela ca
tensiunea echivalentd calculatd cu modelul Yokobori este aproape identica cu
tensiunea echivalenta Matake, aceste doua modele fiind in concordanta.
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4. PROPUNERE ASUPRA UNUI NOU MODEL DE
CALCUL LA OBOSEALA MULTIAXIALA

4.1. Introducere

In cadrul acestui capitol se propune un nou model de calcul la oboseald
multiaxiald cu numere mari de cicluri, din categoria modelelor bazate pe invariantii
starii de tensiune. Modelul are la baza cel de-al doilea invariant al tensorului
deviator de tensiune, marime a carei determinare in cazul unor solicitari
neproportionale s-a realizat prin metoda graficd cu ajutorul unui program de calcul
elaborat in mediul MathCad. Modelul matematic este completat de o functie de
pondere determinata empiric cu scopul de a tine seama de efectul
neproportionalitatii asupra tensiunii echivalente. Fiind un model din categoria
modelelor bazate pe invariantii starii de tensiune, planul critic este considerat planul
in care actioneazad tensiunile tangentiale octaedrice.

In urma confruntarii modelului cu date experimentale din literatura de
specialitate, s-a constatat ca rezultatele obtinute sunt in buna concordanta cu datele
experimentale si erorile relative se incadreaza in limite acceptabile.

4.2. Definirea matematica a modelului propus

Modelul propus are urmatoarea formula matematica [Kun, Dumitru s.a.,
2011]:

\/(,/JZa,m)Z +a-0'f27,m <p (4.1)

unde 1/J2a,m reprezinta radicalul de ordinul doi din valoarea maxima a amplitudinii

celui de-al doilea invariant al tensorului deviator de tensiune, onm este valoarea
maxima a tensiunii medii hidrostatice, iar a si p sunt constante de material care se
pot determina prin incercari de oboseala monoaxiald simpla, respectiv tractiune cu
cicluri simetrice si torsiune cu cicluri simetrice.

In cazul in care se considera o incercare de torsiune cu cicluri simetrice (R =
-1), tensorul tensiune capata forma:

0 10

o(t)=|1 0 Olrgsinwt (4.2)
0 00

de unde ah(t)=étr(a(t))=0:m£3x{ah(t)}=0 (Notatia ,tr” provine din

englezescul ,trace” si reprezinta suma termenilor de pe diagonala principald a unui
tensor).

Conform transformarii tensorului deviator, amplitudinea tensiunii tangentiale
echivalente devine:
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Ty = \/és(t) 1s(t) = \/éZ(ra sin a)t‘)z =15 Sinwt (4.3)

Valoarea maxima a amplitudinii:

Ta max thaX(TaSina)t)Z g (4.4)

Inlocuind in relatia (4.1) si avadnd in vedere c3 JJ2a =175, se obtine

2 2
Ty =p"=>p=1_1.

In mod analog, pe baza solicitarii de intindere rezulta urmatorul tensor
tensiune:

10 0
o(t)=|0 0 Ologsinat (4.5)
0 0 0
1 1 . 1 . 1
de unde op(t) = —tr(a(t)): —ozSinot = max{o—h(t)}: maxy—=ogSinwt;==o05.
3 3 t t (3 3
Daca se are in vedere expresia lui s(t):

2/3 0 0
s(t)=| 0 -1/3 0 (4.6)
0 0 -1/3

Rezulta:

/1
Camax = mfx Es(t) :s(t) =

2 2
= max i 30' sinot| +2 —ia sin ot =—o0
= s 213 a 3 a = ,—3 a

Inlocuind aceasta valoare in relatia (4.1), rezulta:

1V 1 2
o e R

Avand acum expresiile parametrilor de material, se poate scrie forma
extinsa a modelului de degradare propus:

2
(,/JZa,m)2+ 3[”1} -3 ~0ﬁ/m <7 g (4.9)

o1

(4.7)

Termenul din partea stanga poate fi considerat ca o tensiune tangentiala
echivalenta tq, iar modelul devine astfel 1¢ < 4.
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4.3. Program de calcul pentru determinarea grafica a
amplitudinii celui de-al doilea invariant al tensorului deviator
de tensiune

Determinarea celui de-al doilea invariant al tensorului deviator de tensiune
prezinta diferente majore daca este vorba de solicitari proportionale respectiv
neproportionale. In cazul solicitarilor multiaxiale proportionale, amplitudinea J,, se
calculeaza direct cu relatia (2.62).

In cazul unor solicitari neproportionale, unde apar defazari sau frecvente
diferite, determinarea J,, devine mult mai complicatda. In cele ce urmeaza se
prezinta un program de calcul realizat in mediul de programare MathCad 14, realizat
pentru calculul valorii maxime a amplitudinii celui de-al doilea invariant al tensorului
tensiune, utilizand metoda grafica.

S-a pornit de la transformarea tensorului deviator intr-un vector cu 5
dimensiuni in spatiul Euclidian. Astfel, s-a obtinut o simplificare a descrierii starii de
tensiune, prin trecerea de la un tensor cu 6 marimi indepentedente la un vector cu 5
componente. Transformarea s-a realizat in felul urmator [Papadopoulos, 19971]:

\/5 .
S1=—50xx

2

1 ' '
52 = —(Uyy _O-zzj

2
, (4.10)
53 =0xy
S4 =0xz
S5 =0yz

unde oxx,Oyy,0zz,0xy, Oxz, 0y; Sunt cele 6 componente ale tensorului deviator

de tensiune o’'(t), iar s1, S», S3, S4, Ss sunt cele 5 componente ale vectorului tensiune
s(t) transformat.

Metoda grafica pentru determinarea valorii maxime a amplitudinii celui de-al
doilea invariant al tensorului deviator consta in gasirea punctului aflat la distanta
cea mai mare de la originiea sistemului de coordonate s;-s3, de pe curba de variatie
a lui J,, pe parcursul unui ciclu complet. In Fig. 4.1 se prezinta doud cazuri de
solicitare (una proportionald si una neproportionald, cu o defazare de n/6) pentru
care s-a determinat variatia amplitudinii J, in sistemul de coordonate s;-s3 si este
marcata prelevarea valorii maxime a acesteia in ambele cazuri. Diagramele si
prelevarea valorilor maxime s-a realizat prin intermediul unui program de calcul
elaborat in mediul MathCad.
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A o, 1[MPa]

o, t[MPajf
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Fig. 4.1. Determinarea valorii maxime a amplitudinii celui de-al doilea invariant al tensorului
deviator pentru un caz de solicitare proportionala (a) respectiv neproportionala (b)
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Fig. 4.2. Secventa de program pentru determinarea valorii maxime a amplitudinii celui de-al

doilea invariant al tensorul

ui deviator de tensiune
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Secventa de program prin care s-a realizat transformarea elementelor
corespunzatoare ale tensorului tensiune intr-un vector in spatiul Euclidian cu 5
dimensiuni, respectiv determinarea variatiei amplitudinii J, si gasirea valorii maxime
a acestuia, este redata in Fig. 4.2.

Dupa cum se poate observa din Fig. 4.2 , programul calculeaza coordonatele
fiecarui punct de pe curba de variatie a J,; In sistemul de coordonate s;-s;, dupa
care determind distanta acestuia de la origine. Avand distanta de la origine
corespunzatoare fiecarui punct de pe curba, programul calculeaza maximul acestor
distante, care nu este altceva decat valoarea maxima a amplitudinii J,.

4.4. Functie de pondere pentru compensarea efectului
neproportionalitatii

Modelul propus in paragrafele anterioare este completat de o functie de
pondere care compenseaza efectul neproportionalitatii si corecteaza astfel valoarea
determinata pentru J,,m prin metoda grafica. Functia de pondere H este o functie
determinata empiric, luand in considerare unghiul de defazare ® dintre solicitdrile
normale si tangentiale. In Fig. 4.3 se prezinta atat curba functiei de pondere H in
functie de unghiul de defazare cat si ecuatia acesteia.

H
14
1.3 4

H=0114233-0.093352+0.06114 +0.5997

1.2 4
1.1 4
1.0

0 /6 '3 /2 @ [rad]

Fig. 4.3. Functia de pondere H pentru compensarea efectului neproportionalitatii [Kun, Dumitru
s.a., 2011]

Functia de pondere H intervine in aplicarea modelului de oboseala
multiaxiald propus atunci cand solicitarea este neproportionald, prin inmultirea Jzam
cu valoarea lui H corespunzatoare unghiului de defazare.
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4.5. Validarea modelului propus folosind date
experimentale din literatura de specialitate

Modelul propus a fost verificat pe baza unor date experimentale preluate din
literatura de specialitate. Validarea a constat prin compararea tensiunii echivalente
determinate prin aplicarea modelului propus cu limita de oboseald la torsiune cu
cicluri simetrice, t.;. Acest lucru a fost realizat prin calcularea erorilor relative
porinid de la raportul celori doud tensiuni amintite, conform relatiei de mai jos:

e=11ﬂ.100[%] (4.11)
_1

Datele experimentale folosite au fost: amplitudinile tensiunii normale oy, si
tangentiale r,, ., tensiunea normald medie oym Si tensiunea tangentiald medie t,ym
respectiv unghiul de defazare ®. Pentru toate aceste date s-au calculat: tensiunea

hidrostatica o,, amplitudinea tensiunii von Mises Oyua, Valoarea maxima a lui /Jog ,

tensiunea tangentiald echivalentd toq respectiv raportul dintre tensiunea tangentiald
echivalenta si limita de oboseala la rasucire t_;. Valorile tuturor acestor marimi sunt
prezentate in Tabelul 4.1.

Tabelul 4.1. Aplicarea modelului de oboseala propus pe date experimentale [Kun, Dumitru s.a.,

2011]
Nr Oxa Oxm Txya Txym (0] OvMa Oh J2a Teq T:ql/
crt [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [rad] [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [-]
Sursa: Nishihara si Kawamoto, 1945; ¢.;, = 313,9 MPa, 1., = 196,2 MPa
1 138,1 0 167,1 0 0 320,6 46,03 185,1 188,0 0,96
2 140,4 0 169,9 0 n/6 326,0 46,80 188,6* 189,5 0,97
3 145,7 0 176,3 0 n/3 338,3 48,57 199,0* 193,5 0,99
4 150,2 0 181,7 0 n/2 348,7 50,07 237,6* 210,9 1,07
5 245,3 0 122,6 0 0 324,4 81,77 187,3 196,3 1,00
6 249,7 0 124,8 0 n/6 330,2 83,23 188,4* 195,7 1,00
7 252,4 0 126,2 0 n/3 333,8 84,13 183,3* 185,5 0,95
8 258,4 0 129,0 0 n/2 341,6 86,13 195,1* 181,5 0,93
9 299,1 0 62,8 0 0 318,2 99,70 183,7 197,2 1,01
10 304,5 0 63,9 0 n/2 323,9 101,5 229,9* 213,8 1,09
Sursa: Nishihara si Kawamoto, 1945; ¢., = 235,4 MPa, 1., = 137,3 MPa
11 99,9 0 120,9 0 0 232,0 33,30 133,9 134,2 0,98
12 103,6 0 125,4 0 n/6 240,6 34,53 141,5% 135,7 0,99
13  108,9 0 131,8 0 n/2 252,9 36,30 172,4% 151,0 1,10
14  180,3 0 90,2 0 0 238,5 60,10 137,7 138,5 1,01
15 191,4 0 95,7 0 n/2 253,22 63,80 144 5% 127,3 0,93
16 213,2 0 44,8 0 0 226,8 71,07 130,9 132,1 0,96
17 230,2 0 48,3 0 n/2 2449 76,73 173,8* 153,2 1,12
Sursa: Lemmp, 1977; 0., = 235,0 MPa, 1., = 136,0 MPa

18 226,0 0 47,5 0 0 240,5 75,33 138,8 139,1 1,02
19 233,0 0 48,9 0 n/2 2479 77,67 175,9% 154,1 1,13
20 180,0 0 90,0 0 0 238,1 60,00 137,4 137,6 1,01
21 187,0 0 93,5 0 n/3 247,33 62,33 135,8* 130,1 0,96
22 201,0 0 100,5 0 n/2 2659 67,00 151,8* 132,9 0,98
23 98,00 0 118,6 0 0 227,6 32,67 131,4 131,4 0,97
24 101,0 0 122,2 0 n/3 234,5 33,67 137,9% 132,0 0,97
25 109,0 0 131,9 0 n/2 253,1 36,33 172,5% 1509 1,11
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Nr Oxa Gxm Txya Txym [0/} OvMa Oh J2a Teq T:q 1/
crt [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [rad] [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [-1
Sursa: Lemmp, 1977; o.; = 314,0 MPa, 1., = 198,0 MPa
26  299,0 0 62,8 0 0 318,1 99,67 183,7 198,7 1,00
27  299,0 0 62,8 0 n/2 318,1 99,67 225,8* 2114 1,07
28 245,0 0 122,5 0 0 324,1 81,67 187,1 197,1 1,00
29 245,0 0 122,5 0 n/3 324,1 81,67 177,9% 181,2 0,92
30 245,0 0 122,5 0 n/2 324,1 81,67 185,0* 173,2 0,88
31 255,0 0 127,5 0 n/2 337,3 85,00 192,5% 180,3 0,91
32 137,0 0 165,8 0 0 318,1 45,67 183,7 186,9 0,94
33 137,0 0 165,8 0 0 318,1 45,67 183,7 186,9 0,94
34 142,0 0 171,8 0 n/3 329,7 47,33 193,9% 189,0 0,95
35 147,0 0 177,9 0 n/2 341,4 49,00 232,7* 206,8 1,04
Sursa: Sonsino, 1983; o.; = 200,0 MPa, 1-; = 120,0 MPa
36 135,0 0 78,3 0 0 191,3 45,00 110,4 112,6 0,94
37 152,0 0 88,2 0 n/2 215,5 50,67 126,4% 103,8 0,87
38 160,0 0 92,8 0 0 226,7 53,33 130,9 133,5 1,11
39 168,0 0 97,4 0 n/2 238,0 56,00 139,6* 114,7 0,96
40 207,0 0 120,1 0 n/2 293,4 69,00 172,1% 141,4 1,18
Sursa: Froustey si Lassere, 1989; 0., = 660,0 MPa, 1., = 410,0 MPa
41  485,0 0 280,0 0 0 685,8 161,6 395,9 411,3 1,00
42  480,0 0 277,0 0 n/2 678,6 160,0 362,5* 335,5 0,82
43  480,0 300 277,0 0 0 678,6 260,0 391,8 430,7 1,05
44  480,0 300 277,0 0 n/4 678,6 260,0 378,4* 411,0 1,00
45 470,0 300 270,0 0 n/3 663,0 256,6 362,1* 388,9 0,95
46 473,0 300 273,0 0 n/2 668,8 257,6 357,2% 359,1 0,88
47  590,0 300 148,0 0 0 643,2 296,6 371,4 423,7 1,03
48 565,0 300 141,0 0 n/4 6155 288,3 358,0* 402,4 0,98
49  540,0 300 135,0 0 n/2 588,4 280,0 407,8* 405,2 0,99
50 211,0 300 365,0 0 0 666,4 170,3 384,7 402,2 0,98
* valori corectate cu functia de pondere H
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Fig. 4.4. Histograma erorilor relative dintre tensiunea echivalentd calculata cu modelul propus

si date experimentale [Kun, Dumitru s.a., 2011]

Histograma erorilor

relative obtinute pe baza datelor
prezentate in Tabelul 4.1 este redata in Fig. 4.4. Dupa cum se vede din Fig. 4.4,
peste 80% din numarul de aparitii ale erorilor generate de modelul propus se

experimentale
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incadreaza in intervalul (-10..+10)%, dovedind o buna concordantd cu datele
experimentale. Apropierea formei histogramei de distributia Gaussiana, cu toate ca
s-au luat in considerare date experimentale de la mai multe tipuri de oteluri, pune in
evidenta aplicabilitatea larga a modelului.

4.6. Concluzii asupra aplicabilitatii modelului propus

In acest capitol se propune un nou model de oboseald multiaxiald, bazat pe
invariantii starii de tensiune. Modelul este construit pe amplitudinea celui de-al
doilea invariant al tensorului deviator de tensiune, J,, si ia in calcul de asemenea
efectul tensiunii hidrostatice. Fiind vorba de un model din categoria modelelor
invariantilor de tensiune, planul critic de rupere prezis este intotdeauna cel in care
actioneaza tensiunile tangentiale octaedrice.

Modelul a fost validat folosind date experimentale publicate in literatura de
specialitete si s-a constatat cd da rezultate in buna concordantd cu aceste date.
Validarea a constat prin calulul erorilor relative dintre tensiunea echivalenta
determinata cu modelul propus si valorile experimentale, erori care s-au dovedit a fi
acceptabile si care s-au incadrat in proportie de 80% intre (-10..+10)%.

Din moment ce datele experimentale au fost selectate de la mai multi autori
care au analizat materiale diferite si au aplicat solicitari proportionale si
neproportionale cu diferite caracteristici, se poate spune pe baza rezultatelor
obtinute de modelul propus, cd are o larga aplicabilitate in domeniul oboselii
multiaxiale la oteluri.
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5. STUDIU EXPERIMENTAL PRIVIND INFLUENTA
NEPROPORTIONALITATII ASUPRA
DURABILITATII OTELULUI 41CR4

5.1. Introducere

In cadrul acestui capitol se prezintd programul experimental efectuat
folosind epruvete confectionate din otelul marca 41Cr4 si care a urmarit atingerea
obiectivelor de a caracteriza materialul prin incercari statice si de oboseal3,
respectiv. de a urmari influenta parametrilor de solicitare care definesc
neproportionalitatea asupra duratei de viata prin incercari de oboseala multiaxiala.

Programul experimental efectuat consta din urmatoarele etape:

e determinarea caracteristicilor de material statice pentru otelul 41Cr4

e determinarea caracteristicilor de material la oboseala pentru otelul 41Cr4

e determinarea numarului de cicluri péna la rupere in urma unor incercari de
oboseald multiaxiala cu diferite grade de neproportionalitate.

Prin incercarile statice s-au obtinut principalele caracteristici ale materialului,
necesare pentru definirea corecta a parametrilor folositi la incercarile de oboseala
monoaxiale si multiaxiale.

5.2. Determinarea experimentala a caracteristicilor
statice ale otelului 41Cr4

Determinarea caracteristicilor statice ale otelului 41Cr4 a constat din
efectuarea unor incercdri de tractiune respectiv torsiune la temperatura ambianta,
pe masini universale de incercat de ultima generatie. In urma acestor incercari s-au
inregistrat curbele caracteristice ale materialului in cazul ambelor tipuri de incercare
si s-au determinat principalele proprietati de material necesare pentru alegerea
parametrilor de incercare la oboseala.

5.2.1. Incercarea la tractiune statica

5.2.1.1. Echipament experimental si epruvete

Incercérile de tractiune staticd au fost realizate in Laboratorul de Rezistenta
Materialelor din cadrul Facultdtii de Mecanica, Universitatea ,Politehnica” din
Timisoara, pe masina universala de incercat la tractiune-compresiune marca w+b
(Walter+Bai) LFV-100 HH (Fig. 5.1). Principalele caracteristici ale masinii de incercat
sunt redate in Tabelul 5.1.
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Fig. 5.1. Masina universald de incercat la tractiune-compresiune model w+b LFV-100 HH

Tabelul 5.1. Principalele caracteristici ale masinii universale de incercat w+b LFV-100 HH

Model: w+b LFV-100 HH, seria 879
Forta maxima (intindere / 100 kN / -100 kN

compresiune):
sub 0,25 % din forta indicata

Precizie traductor forta: [Walter+Bai AG, 2007]

Prinderea probelor in bacurile masinii de incercat s-a realizat prin
intermediul unui dispozitiv special, in care s-au infiletat epruvetele, asa cum se
arata in Fig. 5.2. Acest dispozitiv, realizat in cadrul Laboratorului de Rezistenta
Materialelor, a fost folosit pentru contracararea fenomentului de alunecare in bacuri
la forte mari de tractiune.

Ridicarea curbei caracteristice la tractiune statica s-a realizat pentru otelul
41Cr4 initial sub forma de epruvete confectionate din bare laminate, fard vreun
tratament termic. Incercarile au fost efectuate conform standardului ISO 6892-
1:2009. Scopul acestor incercari a fost determinarea principalelor caracteristici
mecanice ale otelului in stare recoapta si pentru evaluarea acestora in perspectiva
efectuarii incercarilor de oboseala planificate. Pentru incercari s-au folosit epruvete
cilindrice, realizate conform desenului din Fig. 5.3.
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Extensometru

Dispozitiv

Epruveta

Bac mobil

Fig. 5.2. Ansamblu prindere proba de tractiune statica in dispozitivul filetat, cu extensometrul
montat pe epruveta
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Fig. 5.3. Schita epruveta cu capete filetate pentru incercari de tractiune statica
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5.2.1.2. Rezultate obtinute in urma incercarii otelului 41Cr4 la
tractiune statica

In urma efectudrii incercdrilor de tractiune staticd asupra epruvetelor
confectionate din materialul netratat termic, s-au obtinut curbele caracteristice
prezentate in Fig. 5.4.
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Fig. 5.4. Curbele caracteristice obtinute in urma incercarii la tractiune statica a otelului 41Cr4
in stare recoapta

Folosind datele obtinute s-au determinat caracteristicile mecanice ale
otelului 41Cr4 pentru stare recoapta, asa cum se prezinta in Tabelul 5.2.

Tabelul 5.2. Caracteristicile mecanice determinate experimental pentru otelul 41Cr4 in stare

recoapta
Rezistenta la Limita de MOdlfh." de Alungirea
Nr. rupere proportionalitate elasticitate totala
proba longitudinal
o, [MPa] Rpo.> [MPa] E [MPa] A: [Y%]
1 760 403 194624 20,2
2 732 425 205811 17,0
3 752 408 194706 16,5
4 741 361 182912 19,9
Media 747 399 194513 18,4

Analizédnd rezultele prezenate in Tabelul 5.2, s-a constatat ca limita
proportionalitate a otelului este prea joasa pentru o comportare corespunzatoare la
incercarile de oboseald. Astfel, s-a adoptat un tratament termic (conform [Mitelea si
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Vlaicu, 2010]) de imbunatatire pentru cresterea proprietatilor mecanice, detaliat in
Tabelul 5.3.

Tabelul 5.3. Tratamentul termic de imbunatatire ales aplicat otelului 41Cr4

Etapa Temperatura Mentinere Mediu de racire
Calire 820-860 °C 10 min ulei
Revenire inalta 540-680 °C 1h aer

Dupa aplicarea tratamentului termic detaliat in tabelul de mai sus, s-au
refacut incercarile de tractiune statica cu epruvete identice dimensional cu cele din
setul netratat. Curbele caracteristice obtinute astfel sunt prezentate in Fig. 5.5.
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Fig. 5.5. Curbele caracteristice obtinute in urma incercarii la tractiune staticd a otelului 41Cr4
in stare imbunatatita

Folosind datele obtinute s-au determinat caracteristicile mecanice ale
otelului 41Cr4 pentru stare imbunatatita, asa cum se prezinta in Tabelul 5.4.

Tabelul 5.4. Caracteristicile mecanice determinate experimental pentru otelul 41Cr4 in stare
imbunatatita

Modulul de

Rezistenta la Limita de L Alungirea
Nr. rupere proportionalitate elasticltate totala
proba longitudinal

o, [MPa] R,0,> [MPa] E [MPa] A; [%]
1t 829 742 202105 30,0
2t 788 688 217314 30,0
3t 836 683 212117 24,2
4t 867 769 211783 27,8
5t 891 801 211132 20,0
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Rezistenta la Limita de MOdeh." de Alungirea
Nr. rupere proportionalitate elas_tlmt_ate totala
proba longitudinal
o, [MPa] Ry0,> [MPa] E [MPa] A: [Y%]
Media 851 740 210890 26,4

In scopul urméririi facile a diferentelor inregistrate in ceea ce priveste
proprietatile mecanice in urma aplicarii tratementului termic de imbunatatire, in Fig.
5.6 se redau atdt curbele caracteristice in stare recoapta, cat si cele
corespunzatoare starii imbunatatite.
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Fig. 5.6. Reprezentarea comparativa a rezultatelor incercarilor de tractiune statica efectuate
asupra otelului 41Cr4 in stare recoapta respectiv imbunatatita

Din Fig. 5.6 se poate observa ca s-au imbunatatit considerabil caracteristicile
mecanice, in special rezistenta la rupere o, si limita de proportionalitate Ryo,. Cea
mai semnificativa diferenta se observa in cazul limitei de proportionalitate, care prin
tratamentul termic s-a ridicat de la 399 MPa (stare recoapta, Tabelul 5.2) la 740
MPa (stare imbuntatatita, Tabelul 5.4).

5.2.2. Incercarea la torsiune statici

5.2.2.1. Echipament experimental si epruvete

Incercérile de torsiune statica au fost efectuate in Laboratorul CIDUCOS din
cadrul Centrului de Cercetare CMPICSU, Facultatea de Mecanica, Universitatea
«Politehnica” din Timisoara. S-a utilizat masina universala de incercat la tractiune-
torsiune Instron 8874 (Fig. 5.7). Principalele caracteristici ale masinii de incercat
sunt prezentate in Tabelul 5.5.
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Fig. 5.7. Masina universald de incercat la tractiune-torsiune model Instron 8874

Tabelul 5.5. Principalele caracteristici ale masinii universale de incercat Instron 8874

Model Instron 8874

Forta maxima (intindere / compresiune) 25 kN /-25 kN

sub #0,25 % din forta indicata
[Instron, 2008a]

Cuplu maxim 100 Nm / -100 Nm

sub +0,25 % din cuplul indicat
[Instron, 2008b]

Precizie traductor forta

Precizie traductor cuplu

Prinderea in bacurile masinii de incercat s-a realizat prin intermediul
mecanismului hidraulic propriu incorporat in bacuri.

Ridicarea curbei caracteristice la torsiune statica s-a realizat pentru otelul
41Cr4 in stare mbunététité fn urma tratamentului termic prezentat in Tabelul 5.3.
Scopul acestor incercari a fost determinarea principalelor caracteristici mecanice la
torsiune ale otelului in stare imbunatatita si pentru evaluarea acestora in
perspectiva efectudrii incercarilor de oboseald planificate. Pentru incercari s-au
folosit epruvete cilindrice, realizate conform schitei din Fig. 5.8.
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Fig. 5.8. Schita epruveta pentru incercarile de torsiune statica

5.2.2.2. Rezultate obtinute in urma incercarii otelului 41Cr4 Ila
torsiune statica

In urma efectudrii incercdrilor, in stare imbunatdtitd, s-au obtinut
urmatoarele rezultate, prezentate sub forma curbelor caracteristice tensiune-
deformatie unghiulara in Fig. 5.9.

Folosind datele obtinute s-au determinat analitic caracteristicile mecanice la
torsiune ale otelului 41Cr4 in stare imbunatatita, asa cum se prezinta in Tabelul 5.6.

Tabelul 5.6. Caracteristicile mecanice la torsiune determinate experimental pentru otelul 41Cr4

. L Modulul de Deformatia
Rezistenta Limita de . . <
Nr. . . elasticitate unghiulara
" la rupere proportionalitate ces u P
proba transversal specifica maxima
1 [MPa] 1, [MPa] G [MPa] o [rad]
1 738 621 79040 0,1213
2 665 408 84864 0,2086
3 872 710 76115 0,2121
Media 758 580 80006 0,1807

Dupa cum se vede din Tabelul 5.1, rezistenta la rupere la torsiune a otelului
se situeaza in jurul valorii de 758 MPa. De pe curbele caracteristice obtinute la
torsiune, s-a determinat modulul de elasticitate longitudinal G avand valoarea de
80006 MPa.
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Fig. 5.9. Curbele caracteristice obtinute in urma incercarii la torsiune statica a otelului 41Cr4 in
stare imbunatatita

Pe baza modulelor de elasticitate longitudinal si transversal se poate acum
calcula coeficientului lui Poisson, care, dupa cum se cunoaste, trebuie sa se situeze
in jurul valorii de 0,3 in cazul otelurilor. Astfel:

E 1 210781

V===

_ L2978 1 _0,31 .
2G 2-80006 -1

5.3. Determinarea experimentald a caracteristicilor la
oboseala a otelului 41Cr4

5.3.1. Ridicarea curbei de oboseala la tractiune ciclica

5.3.1.1. Echipament experimental si epruvete

Incercérile de oboseald la tractiune ciclicd au fost efectuate utilizand
echipamentul experimental descris in Fig. 5.1 si Tabelul 5.1.

Pentru aceste incercari s-au folosit epruvete cilindrice confectionate din
otelul 41Cr4 si tratate termic conform parametrilor din Tabelul 5.3. Schita dupa care
au fost realizate epruvetele este redata in Fig. 5.10.
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Fig. 5.10. Schita epruveta pentru incercarile de tractiune ciclica

In urma tratamentului termic s-a prelevat o portiune dintr-o epruveta si a
fost efectuata o analizd metalografica si de duritate pe o sectiune transversala.
Structura vazuta la microscop la o marire de 1750 in zona centrald respectiv lateral
dreapta si stanga pe diamteru se prezinta in Fig. 5.11.

Stanga Centru Dreapta

‘c‘ ﬂ’o‘s
.;:W ﬁ

\{:’- A vA

Flg 5.11. Structura metalograflca a sectlunn transversale a unei epruvete pentru incercarea de
oboseala la tractiune vazuta la marirea de x1750

Dupa cum se poate observa din Fig. 5.11, in zona din stanga si in centru
apare o structurd sorbiticd cu perlita si feritd uniform distribuite, precum si carburi
de Cr. In ceea ce priveste zona din dreapta, si aici avem o structura sorbitica dar cu
ferita si perlita distribuite granular si intergranular, precum si carburi de Cr.
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5.3 - Determinarea experimentald a caracteristicilor la oboseala ale otelului 41Cr4 101

Structura metalografica obtinuta arata ca tratamentul termic efectuat a fost
corespunzator.

Masuratorile de duritate Vickers s-au efectuat in 6 puncte, pornind de la

exteriorul spre interiorul epruvetei in sectiune transversald. Valorile obtinute sunt
redate in Tabelul 5.7.

Tabelul 5.7. Duritatea materialului epruvetelor pentru incercarea de oboseala la tractiune

. Punct masurare (de le exterior spre interior) .
Duritate 1 > 3 4 5 6 Media
HV10 268 262 272 272 274 279 271

Prinderea epruvetelor in masina de incercat s-a realizat folosind bacurile
actionate hidraulic.

Pentru setarile parametrilor de incercare si comanda lor s-a utilizat modulul
dedicat din software-ul de comanda DION PRO. O captura din timpul unei incercari
de oboseala la tractiune cu cicluri simetrice este prezentata in Fig. 5.12.

in ﬁgura se poate observa fereastra care afiseaza valorile momentane ale
parametrilor incercarii, in termeni de forta, deplasare si deformatie. De asemenea
programul afiseaza incarcarea normala in timp real exercitata asupra epruvetei. In

exemplul dat in figura este vorba de un ciclu sinusoidal simetric, de amplitudine de
aproximativ 10 kN.
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Fig. 5.12. Interfata software DION PRO la incercarea de oboseald la tractiune cu cicluri
simetrice
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5.3.1.2. Rezultate obtinute in urma incercarii otelului 41Cr4 la
oboseala prin tractiune-compresiune

Incercérile de oboseald efectuate cu scopul ridicarii curbei de durabilitate la
tractiune cu cicluri simetrice sunt centralizate in Tabelul 5.8 si valorile obtinute sunt
reprezentate in coordonate semilogaritmice in Fig. 5.13.

Tabelul 5.8. Rezultatele incercarilor de oboseala la tractiune-compresiune

Parametri ciclu

Nr. Nr. Diametru Amplitudine Coef. ciI:I:ri Obs
crt. epr Forta Tensiune asimetrie !
d [mm] Fa [kN] c [MPa] R[-] [-]
1 Il 7,5 32692 740 -1 1000 -
2 12 7,6 25268 557 -1 1320 -
3 I9 7,8 24083 504 -1 5550 -
4 I10 8,0 26239 522 -1 10925 -
5 I3 7,5 17097 387 -1 11800 -
6 I11 8,0 22921 456 -1 16358 -
7 114 8,0 21715 432 -1 77866 -
8 14 7,5 16700 378 -1 114800 -
9 17 8,0 17492 348 -1 147200 -
10 IS 7,6 15787 348 -1 314800 -
11 112 7,8 18158 380 -1 466900 -
12 I6 8,0 17492 348 -1 570200 -
13 I8 7,6 15787 348 -1 576000 -
14 I13 7,6 16603 366 -1 689540 -
15 I15 7,8 17584 368 -1 756400 -
BO0 -
700
. GO0 e
D“.i \
=, 500 - e e S : y=1083 9x 2P0
0] \
2
‘S 300 -
E
Lo
100 1 TR=1
0 .
1,000 10,000 100,000 1,000,000

Nr. cicluri [-]

Fig. 5.13. Curba de oboseala la tractiune simetrica obtinuta experimental pentru otelul 41Cr4

In Fig. 5.13 se poate observa c& dispersia punctelor fatd de curb3 este tot
mai mica odata cu cresterea numarului de cicluri padna la rupere. Se poate de trage
concluzia ca limita de oboseala a otelului la tractiune tinde spre valoarea de c.; =
350 MPa.
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5.3 - Determinarea experimentald a caracteristicilor la oboseala ale otelului 41Cr4 103

Au fost analizate de asemenea suprafetele de rupere ale epruvetelor supuse
la incercarea de oboseala la tractiune ciclica.

A — Zona de nucleatie a
fisurii de oboseala;

B — Zona de propagare a
fisurii de oboseala cu
suprafata lucioasa si pe
care se poate identifica
propagarea frontului de
fisura;

C — Zona ruperii finale
ductile, cu suprafata
rugoasa.

Fig. 5.14. Suprafata de rupere a epruvetei 14 supusa la oboseala la tractiune simetrica (N =
114800)

in Fig. 5.14 se prezinta suprafata de rupere a epruvetei I4 si se pot
identifica zonele specifice ruperii prin oboseala la tractiune. Astfel, se identifica zona
unde s-a produs nucleatia fisurii de oboseala, care s-a propagat ulterior crednd o
suprafata lucioasa. Pe aceastad suprafata se pot identifica liniile de-a lungul carora s-
a produs propagarea frontului de fisurd. Zona de rupere finala are un aspect rugos si
prezenta deformatiilor plastice mari indica caracterul ductil.

5.3.2. Ridicarea curbei de oboseala la torsiune ciclica

5.3.2.1. Echipament experimental si epruvete

Incercérile de oboseald la torsiune cu cicluri simetrice au fost efectuate pe
echipamentul experimental prezentat si descris in Fig. 5.7 si Tabelul 5.5.

Epruvetele folosite la aceste incercari au fost confectionate din otelul 41Cr4
si tratate termic conform parametrilor prezentati in Tabelul 5.3. Epruvetele au fost
realizate conform schitei din Fig. 5.10, singura diferenta fiind diametrul portiunii
calibrate, care de aceasta datd a fost de 6 mm.

In urma tratamentului termic s-a prelevat o portiune dintr-o epruveta si a
fost efectuata o analizd metalografica si de duritate pe o sectiune transversala.
Structura vazuta la microscop la o marire de 1750 in zona centralad respectiv lateral
dreapta si stdnga pe diametru se prezinta in Fig. 5.15.
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Drea

5

ST e SN [ Wi i | A i o s
Fig. 5.15. Structura metalografica a sectiunii transversale a unei epruvete pentru incercarea de
oboseald la torsiune vazuta la marirea de x1750

Dupa cum se poate observa din Fig. 5.15, in zona din stanga apare o
structurd sorbitica_cu zone perlitice si feritice plasate in general granular si carburi
complexe de Cr. In zona centrald avem tot o structura sorbitica cu zone feritice
plasate granular si intergranular, precum si carburi de Cr. In ceea ce priveste zona
din dreapta, structura este tot sorbitica cu zone feritice si perlitice plasate in general
intergranular precum si carburi complexe de Cr. Structura metalografica obtinuta
arata ca tratamentul termic efectuat a fost corespunzator.

Mdsuratorile de duritate Vickers s-au efectuat in 5 puncte, pornind de la
exteriorul spre interiorul epruvetei in sectiune transversala. Valorile obtinute sunt
redate in Tabelul 5.9.

Tabelul 5.9. Duritatea materialului epruvetelor pentru incercarea de oboseala la torsiune

Punct masurare (de le exterior spre interior) Media

Duritate 1 2 3 4 5

HV10 245 256 251 243 254 250

Prinderea epruvetelor in masina de fincercat s-a realizat cu bacurile
hidraulice.

Pentru efectuarea incercarilor de oboseald la torsiune, s-a utilizat modulul
programului de comanda, dedicat pentru oboseald, instalat pe echipamentul
experimental Instron 8874. O captura a interfetei acestuia este redata in Fig. 5.16.

O captura din timpul incercarilor de torsiune ciclica este redata in Fig. 5.17.
Se poate observa ciclul sinusoidal generat, alaturi de valorile momentane ale
principalilor parametri (in bara de sus), cum ar fi forta, momentul de torsiune,
rotatia, frecventa, numarul de cicluri si altele.
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Fig. 5.16. Interfata Instron Dynamic Software pentru setarea parametrilor incercarilor de
oboseala la torsiune cu cicluri simterice

SRR T 77

Fig. 5.17. Interfata Instron Dynamic Software la incercarea de oboseala la torsiune cu cicluri
simetrice

5.3.2.2. Rezultate obtinute in urma incercarii otelului 41Cr4 Ia
oboseala prin torsiune

Incercérile de oboseald efectuate cu scopul ridicdrii curbei de durabilitate la
torsiune cu cicluri simetrice sunt centralizate in Tabelul 5.10 si valorile obtinute sunt
reprezentate in coordonate semilogaritmice in Fig. 5.18.
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Tabelul 5.10. Rezultatele incercarilor de oboseala la torsiune simetrica

Parametri ciclu

Nr. Nr. Diametru Amplitudine Coef. _Nr. .
- . . cicluri Obs.
crt. epr Moment Tensiune asimetrie
d [mm] Mt, [Nm] < [MPa] R [-] [-1
1 T1 6,0 22224 524 -1 12000 -
2 T5 6,0 21206 500 -1 14410 -
3 T6 5,8 11876 310 -1 86540 -
4 T2 6,0 14844 350 -1 124128 -
5 T7 6,0 13572 320 -1 143800 -
6 T8 5,8 11876 310 -1 250700 -
7 T9 5,8 12298 321 -1 517898 -
8 T14 5,7 7636 210 -1 579877 -
9 T10 5,8 11876 310 -1 580788 -
10 Ti13 6,0 10264 242 -1 679466 -
11 T12 5,8 8620 225 -1 748700 -
12 Ti1 5,8 9731 254 -1 890655 -
13 T4 5,6 9379 272 -1 1020418 >10°
14 T3 6,0 9331 220 -1 1026893 >10°
600 -
500
o
g T “y = 24472 gy 1B -
o +
£ 3m o e e
E + 1
i .* +
£ 2004 e - - - - - P
<
100 4
0 .
1,000 10,000 100,000 1,000,000

Nr. cicluri [-]
Fig. 5.18. Curba de oboseala la torsiune simetrica obtinuta experimental pentru otelul 41Cr4

Se poate observa din Fig. 5.18 ca dispersia datelor experimentale este tot
mai mica cu scaderea amplitudinii ciclului de solicitare. De asemenea, din aceeasi
figura rezultd ca limita de oboseald la torsiune simetrica pentru otelul 41Cr4 este de
1.1 = 250 MPa.

Suprafetele de rupere rezultate in urma incercarii epruvetelor la torsiune
arata caracteristici specifice acestui tip de rupere. Din Fig. 5.19 se poate observa
faptul ca suprafata de rupere prezinta aspecte concentrice.
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A — Zona cu origini multiple
de fisurare identificabila
prin limitele dintre fronturi
pe directie radiala. Zona
concentrica cu sectiunea;

B — Zona de propagare a
fisurii de oboseala cu
suprafata lucioasa,
concentrica cu sectiunea;

C — Zona ruperii finale, de
forma circulara concentrica
cu sectiunea.

Fig. 5.19. Suprafata de rupere a epruvetei T2 supusa la oboseala la torsiune simetrica (N =
124128)

Striatile care se pot idetifica pe circumferinta epruvetei au directie
preponderent radiald. Aceste striatii sunt de fapt limitele fronturilor de propagare a
fisurilor de oboseala, care, dupa cum rezultd din analiza suprafetei, s-au propagat
dinspre exterior spre interior pe intreaga circumferinta a epruvetei. Rezulta deci ca
degradarea la oboseald a avut origini multiple, pozitionate pe circumferinta
epruvetei si degradarea a pornit din aceasta zona spre centru. Aceasta constatare
duce la concluzia ca la periferia epruvetei a avut loc o concentrare destul de
puternicéAde tensiune tangentiald, fapt care a cauzat formarea multiplelor origini de
fisurare. In zona centrald se poate identifica cu usurinta zona de rupere finald, care
are forma unui cerc cu raza mai mica, concentric cu sectiunea completa. Zona de
rupere finald are o suprafata rugoasa, care se distinge clar fata de zona de oboseala
mai lucioasa care se afla intre aceasta si zona striatiilor radiale de pe circumferinta.

5.4. Studiul influentei neproportionalitatii asupra
durabilitatii otelului 41Cr4

5.4.1. Introducere

Prezentul subcapitol contine rezultatele obtinute in decursul stagiului de
cercetare efectuat la Institutul de cercetare ,Bay Zoltan Alkalmazott Kutatasi
Kbézhasznd Nonprofit Kft. Logisztikai és Gyartastechnikai Intézet - Bay-Logi”, din
Miskolc, Ungaria, in perioada 6 august 2012 - 5 septembrie 2012.

_ Incercarile de oboseala multiaxiald au fost efectuate in cadrul Laboratorului
de Incercari de Materiale, apartinand institutului mentionat, sub findrumarea
stiintificda a Domnului Prof. Dr. Ing. Laszl6 TOTH, respectiv indrumarea practicd a
Domnului Ing. Péter ROZSAHEGYI, seful laboratorului de incercari.
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Laboratorul este dotat cu masini de incercat de ultimad generatie, de
fabricatie Instron, Marea Britanie, avand capacitatea de a efectua incercari statice si
dinamice, la diferite temperaturi. O vedere de ansamblu a laboratorului este
prezentatd in Fig. 5.20.

TR < .|
Fig. 5.20. Vedere de ansamblu asupra Laboratorului de Incercéri de Materiale din cadrul
Institutului de Cercetare BAY-LOGI din Miskolc, Ungaria

Principalele obiective ale stagiului de cercetare au fost urmatoarele:
e Realizarea unui studiu teoretic asupra influentei neproportionalitatii asupra
durabilitatii si sectiunii de rupere in domeniul numerelor mari de cicluri;
o Imbunatatirea cunostintelor in alegerea corectd a regimurilor de incarcare si
utilizarea masinilor de incercat la oboseal3;
e Efectuarea unor incercari de obosealda multiaxiald cu numere mari de cicluri, cu
diferite grade de neproportionalitate;
e Prelucrarea si interpretarea rezultatelor obtinute si corelarea lor cu modelul de
degradare propus in cadrul Capitolului 4.
In cele ce urmeaza va fi prezentat modul in care au fost atinse obiectivele
amintite mai sus.

5.4.2. Caracteristici de material si definirea incarcarilor
proportionale si neproportionale

In alegerea parametrilor de incercare la oboseald multiaxiald au o
importanta majora caracteristicile mecanice ale materialului. Astfel, proprietatile

statice si de oboseald ale otelului 41Cr4, determinate experimental in paragrafele
anterioare, sunt centralizate in Tabelul 5.11.

Tabelul 5.11. Caracteristicile statice si de oboseald ale otelului 41Cr4 determinate experimental

. Or Oc C-1 Go T-1
Material  \yp.4 [MPa] [MPa] [MPa] [MPa]
41Cra 870 761 350 420 250

Regimurile de incarcare au fost alese astfel incat atat amplitudinea tensiunii
normale, cat si amplitudinea tensiunii tangentiale sa nu depdseasca limitele de
oboseald corespunzatoare, determinate in paragrafele anterioare. Au fost alese 7
cazuri de incarcare, dintre care 4 cazuri proportionale (fara unghi de defazare -
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Seria A), respectiv 3 cazuri neproportionale (cu tensiunea tangentiala defazata cu
90° fata de tensiunea normala - Seria B). La toate cele 7 cazuri de incarcare s-au
respectat o valoare constanta a raportului dintre amplitudinea tensiunii tangentiale
si a celei normale, si anume 0,6.

Regimurile de incarcare, studiate atdt teoretic cat si experimental sunt
redate in Tabelul 5.12.

Tabelul 5.12. Regimuri de incdrcare multiaxiald alese pentru studiul teoretic si experimental

Nr Parametri ciclu incarcare

Crt Caz Ga Om Ta Tm ta / Ca () Incarcare
[MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [-1 [°]

1 Al 300 0 180 0 0,6 0

2 A2 280 0 165 0 0,6 0 onal
3 A3 262 0 158 0 0,6 o  Proportionala
4 A4 250 0 150 0 0,6 0

5 Bl 280 0 165 0 0,6 90 e

6 B2 262 0 158 0 0,6 90 Al
7 B3 250 0 150 0 06 9o Proportionala

I

5.4.3. Program de calcul pentru determinarea analitica a
planelor in care tensiunile reprezentative ating valori extreme

5.4.3.1. Descrierea programului de calcul cu implementarea a 11
modele de degradare

In acest paragraf se prezintd studiul teoretic concretizat prin realizarea unui
program de calcul in mediul de programare MathCad 14, complet parametrizat, cu
scopul de a urmari influenta fincarcarilor multiaxiale simulate proportionale si
neproportionale asupra tensiunilor echivalente calculate cu mai multe modele de
degradare din literatura de specialitate, respectiv asupra pozitiei planului critic de
rupere.

Programul de calcul a fost conceput astfel incat sa permita analizarea unui
spectru de solicitare compus din toate cele 6 componente independente ale
tensorului tensiune, fiecare avand propria functie de variatie definita individual,
conform relatiei generice de mai jos:

o(t)=om+o5-sin(et+@) (5.2)

unde ® reprezinta unghiul de defazare, o, tensiunea medie si o, amplitudinea
ciclului sinusoidal de solicitare.

Astfel, pentru o incarcare complexa, asa cum se prezinta in Fig. 5.21 [Kun,
2012b], programul determina printr-o procedura implementata perechea formata
dintr-o tensiune normald si tangentiala care creeaza cea mai periculoasa situatie pe
parcursul unui ciclu de solicitare (adica prin compunerea tensiunilor respectivei
perechi se ating cele mai mari tensiuni rezultante).

Cele 3 cazuri de stare plana de tensiune rezultate in urma descompunerii
conform celor afirmate anterior, sunt redate in Fig. 5.22.
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o.,=375MPa; o

xa

=-37.5MPa;

x,m

Oy 4 =060MPa; o, =0MPa;

v

0.,=55MPa; o, =-55MPa;

za

Tensiune [MPa]

Ty, =210MPa; 1 =30MPa;

w,a Xy

Tyeq =1.5MPa; 7., =75MPa;

yz,a

Tovq =20MPa; 7., =-10MPa;

zx,m

1 ciclu
T=100s

Fig. 5.21. Exemplu de caz general de solicitare ciclica cu toate cele 6 componente ale
tensorului tensiune [Kun, 2012b]
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Fig. 5.22. Reprezentarea in coordonate s-t a celor 3 cazuri de stare pland de tensiune rezultate
in urma descompunerii spectrului generic de solicitare [Kun, 2012b]

Din Fig. 5.22 se poate observa clar, ca in cazul a) se obtin tensiuni mult mai
mari decéat in celelalte doud cazuri, traseul de incarcare avand punctele extreme cele
mai indepartate de originea sistemului de coordonate. Programul de calcul realizat
efectueaza selectia celui mai periculos caz bazat pe un algoritm care calculeaza
distanta fiecarui punct de pe traseul de incarcare fata de originea sistemului de
coordonate si determind in ce caz de cele 3 se obtine valoarea maxima absoluta.
Secventa de program care contine acest algoritm este ilustrata in Fig. 5.23.

5 Det_DI = |ttt < 100
dist < 0

1 for iie tynax bmin
=
R —— -~ = Jlofs ) -0 + gl 1) -0
E -250 -150 -, 50 150 250 if dd > dist

dist « dd
s

t, il .
. Moment in care se
=5 retum { atinge valoarea [s]

oy [MPa]

Fig. 5.23. Alegerea cazului de stare plana de tensiune bazatd pe gdsirea parametrizata a celei
mai mari distante dintre pozitia curenta pe traseul de incarcare si originea sistemului de
coordonate [Kun, 2012b]
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In programul de calcul au fost implementate un numar de 11 modele de
oboseala multiaxialda cu numere mari de cicluri, asa cum se prezinta in Tabelul 5.13.

Tabelul 5.13. Principalele caracteristici ale modelelor de degradare la oboseala multiaxiala

implementate in programul de calcul [Kun, 2012b]

Nr Model Parametru de degradare (PD) \::a:'li(t)i?:;e Plan critic
von Mises 1 ——
1 (1913) f\/("x *"y)z +("y *az)z +(oz wrx)z +6(rxy Tz + rzxj (PD) > 6.1 Toct MAx
Von Mises
cu semn .
2 [Bishop, sign(o1)-oum (PD) > o4 Toce Max
2000]
Tresca
3 (1864) 037 01 (PD) > o4 Toct Max
]
Sines Atoc 3 7172 N
4 (1955) 2 - ~30n (PD)> 20 Toct Max
Yokobori L2
> (1966) Nt on (PD) > 4 T max
Flndley £+ 21.717 O, L 2’4717 max
6 (1957) 2 [a_l 1] n (PD) >ty |[5o[2tup]
Matake ac (20 }7 s
7 (1977) 2 [a, ton (PD) > 14 5 max
McDiarmid ar (204 ]G 4
8 (1994) 2 *[GUTS n (PD) > 14 - max
Crossland NEEE ]AG drogt
° (1956) P22 o_y V3 |- oh,max (PD) > 14 =5 max
Sines (II) +[3T’1 - ],g Atpct
10 (1955) V722 o0 V3 |-on,m (PD) > 14 et max
Kakuno- 5 ;5 )
11 Kawada Oz +(ZL-5|enm ( LG lena  (PD) > 14 A0t
(1979)
unde: oy, oy, 0y Ty, Tz Tx — COMponentele tensorului tensiune;

o1, o3 — tensiuni normale principale;

Tt — tensiunea octaedrica;

o, - tensiunea normala care actioneaza pe planul n;

J>5 — amplitudinea celui de-al doilea invariant al tensorului deviator;
o - tensiunea hidrostatica;

o, — rezistenta la rupere;

c.1 - limita de oboseala la intindere cu cicluri simetrice (R = -1);

oo — limita de oboseala la intindere cu cicluri pulsante (R = 0);

1.3 — limita de oboseala la torsiune cu cicluri simetrice (R = -1);
altele: m - medie; a - amplitudine; A - variatie.

Pentru a fi posibila aplicarea modelelor de degradare prezentate in Tabelul
5.13, este necesara determinarea unei serii de marimi de interes intermediare, care
pot fi fie tensiuni pe anumite plane, fie unghiuri care definesc pozitia acestor plane.
Astfel, primul pas constd in transformarea functiilor care definesc cele doua
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componente ale starii plane de tensiune determinate ca in Fig. 5.23, in functii care
iau in considerare si unghiul planului pe care actioneaza aceste tensiuni:

o(0) = % + %cos(za )+ rsin(20)
(5.3)
7(0) = —%sin(ze) +7c0s(20)

Tensiunile normale principale reprezinta solutiile ecuatiei cubice, unde 1(0),
I,(0) si I3(6) sunt invariatii tensorului tensiunilor:

o3 —11(0) 0% +15(0) -6 -13(0) =0 (5.4)

Tensiunea tangentiald principald, in cazul starii plane de tensiune
considerate, se poate determina cu relatia:

lo1(6) - 02(0)]

2 (5.5)

t12(0) =

Tensiunea tangentiald octaedrica se determind cu ecuatia:

Toct(0) = gwlaz(ﬁ) +372(0) (5.6)

Variatiile tensiunilor de interes sunt determinate de catre programul de
calcul cu ajutorul unor algoritmi special creati pentru acest scop. De asemenea,
valorile unghiului de pozitie a planului unde fiecare dintre aceste tensiuni de interes,
amintite mai Ssus, ating valori extreme (ecs,maxr er,maxr ecl,maxr ecs2,maxr e112,maxr ezoct,maxr
O ac, maxs GATgct,max), se determina cu algoritimi creati in mediul de programare
MathCad. In Fig. 5.24 se dau doua exemple pentru cele doua tipuri de algoritmi
mentionate, adica determinarea variatiei totale a tensiunii tangentiale in decursul
unui ciclu de solicitare (Fig. 5.24a), respectiv determinarea unghiului planului pe
care se atinge cea mai mare variatie a tensiunii tangentiale de-a lungul unui ciclu de
solicitare (Fig. 5.24b).

AT(0) = |for te by buin + 1o byay Opax Ar= [valLT< 0
val_'r“ «7(t,0) for 6_<0,001.. 2%
. if |AT(8)] > [val7]
Tonin € rin(val_T) val 8 0
Tmax € max(vel_T) val_T & AT(0)
d T
€ Tmax ™ Tmin val 0 mod(val_(),g) if val 02 ;
d G
(a) (b) val 0

Fig. 5.24. Algoritm pentru determinarea variatiei totale a tensiunii tangentiale de-a lungul unui
ciclu (a) respectiv pentru determinarea unghiului planului pe care aceastd variatie atinge
valoarea maxima (b) [Kun, 2012b]
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5.4.3.2. Rezultate obtinute in urma aplicarii programului de calcul
pentru incarcarile studiate

Au fost simulate cu ajutorul programului de calcul variantele de incarcare
conform programului experimental prezentat in Tabelul 5.12. S-au determinat
pentru fiecare caz de solicitare (A1 - B3), ca functie de unghi, tensiunea normala,
tangentiald, tensiunile normale principale, tensiunile tangentiale principale,
tensiunea tangentiald octaedrica, variatia tensiunii tangentiale si a tensiunii
tangentiale octaedrice de-a lungul unui ciclu, respectiv unghiurile planelor in care
tensiunile mentionate ating valori extreme. De asemenea au fost determinate
pentru fiecare caz de solicitare tensiunile echivalente maxime pe care le produc cele
11 modele de degradare prezentate in Tabelul 5.13, tensiunile echivalente
corespunzatoare planelor critice in functie de model, respectiv unghiurile planelor in
care aceste tensiuni echivalente ating valori extreme.

Rezultatele analitice obtiunte sunt centralizate in Tabelul 5.14 si in figurile
care urmeaza.

Tabelul 5.14. Valorile tensiunilor calculate, corespunzatoare cazurilor de solicitare si modelelor
de degradare alese
Cazul de solicitare

Marime calculata

Al A2 A3 A4 Bl B2 B3
Os,max [°] 23 22 23 23 0 0 0
Gmax [MPa] 384 356 336 320 280 262 250
0;,max [°] 68 68 68 68 43 43 43
Tmax [MPa] -234 -216 -205 -195 -140 -131 -125
9csl,max [O] 4 5 6 6 0 0 0
61,max LMPa] 388 360 340 324 280 262 250
052,max [°] 80 79 80 80 52 52 52
G2.max [MPa] -188 -173 -165 -157 -93 -87 -83
0:12.max [°] 62 61 62 61 34 32 31
T12.max [MPa] 250 231 219 208 162 151 144
O:0ctmax [°] 58 57 58 58 26 26 26
Toctmax LMPa] 210 194 184 175 140 131 125
Oacmax [°] 70 69 68 70 0 0 0
Atmax [MPa] 469 433 410 391 330 316 300
Ococt max [°] -10,5 -8,2 -10 -10,5

/58 /57 /58 /58 0/90 0/90 -2/88

Atoct,max [MPa] 210 194 184 175 135 129 122
OovM.max [°] 58 58 59 58 28 28 26

oyMm.max [MPa] 445 412 390 371 297 278 265
oyM(Oroct,max) [MPa] 445 411 389 370 296 277 264
Bovms.max [°] 58 58 59 58 28 28 26
SvMs,max LMPa] 445 412 390 371 297 278 265
ouMs(O:octmax) [MPa] 445 411 389 370 296 277 264
O57r,max [°] 64 62 62 62 33 35 34

or,max LMPa] 500 462 437 416 323 303 289
o100t max) [MPa] 494 454 432 411 316 295 282
Ossinmax [°] 18 19 20 19 - - -

Osin,max LMPa] 211 195 184 175 - - -
osin(Owoct.max) [MPa] 181 171 159 152 - - -
Bovok.max [°] 42 41 41 41 15 17 17
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Cazul de solicitare

Marime calculata

Al A2 A3 A4 Bl B2 B3
Gyokmax LMPa] 623 577 544 519 443 415 396
ovok(0:max) [MPa] 470 440 412 397 354 331 315
OFin,max [°] 57 56 56 57 0 0 0
orin.max LMPa] 319 295 279 266 285 270 257
oFin(BsFinmax) [MPa] 319 295 279 266 285 270 257
Omat,max [°] 57 56 56 57 0 0 0
OMat.max LMPa] 319 295 279 266 285 270 257
oMat(Oamax) [MPa] 299 278 267 249 285 270 257
OsmcD.max [°] 64 65 64 64 0 0 0
oM, max LMPa] 258 239 226 215 205 196 186
omn(Oamax) [MPa] 256 237 226 213 205 196 186
Ossinmmax [°] 60 57 60 56 84 88 88
Osint,max LMPa] 258 238 226 214 164 158 150
GSinH(eA‘EOCt,maX) [MPa] 256 238 224 214 164 158 150
Oscro,max L°] 22 19 20 21 40 42 41
Gcromax LMPa] 269 249 235 224 135 127 121
ocro(Oxoct.max) [MPa] 228 215 200 191 82 79 80
Oskk,max [°] 53 0 51 50 81 79 79
okk.max LMPa] 284 262 248 236 168 160 152
okk(Opovt max) [MPa] 282 262 248 236 164 158 150
unde VM - von Mises; Mat - Matake;
vMs - Von Mises cu semn; McD - McDiarmid;
Tr - Tresca; SinIl - Sines (II);
Sin - Sines; Cro - Crossland;
Yok - Yokobori; KK - Kakuno-Kawada
Fin - Findley;
Tensiuni Tensiuni
Traseu de componente principale
Caz| " funcfie de unghi |  funcfe de unghi
Ty [MPa] Ox [MPa] www s 01 [MPa]
3 > o, [MPa]
| T2 [Mraj
A2 ot z

- 300 - 180 60 180 300
1 o, [MPa]

B1
- 180 :66%

wm w , O [MPa]
% o, [MPa]
712 [MPa]

Fig. 5.25. Reprezentarea traseului de incarcare, a tensiunilor componente maxime si a
tensiunilor principale maxime in functie de unghi, pentru cazurile de incarcare A2 si B1

In Fig. 5.25 sunt redate spre exemplificare doud dintre cazurile de solicitare
analizate, si anume cazurile A2 (proportional) respectiv B1 (neproportional, aceleasi
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amplitudini), traseul de incarcare fiind reprezentat in sistem de coordonate o-t, iar
variatia tensiunilor normale si tangetiale componente, in punctul in care traseul de
incarcare se afla la distanta maxima fata de origine, se reprezinta in functie de
unghiul planului pe care se afla. De asemena, in aceeasi figura sunt redate variatiile
tensiunilor principale in functie de unghiul planului pentru cele doua cazuri selectate.

Modelul Modelul Modelul Modelul
Caz Von Mises Von Mises cu semn Tresca Sines
— 6w [MPa] Gums [MPa] — o [MPa] — Gsin [MPa]
@5 To [MPa] % 1o [MPa] o0 W I To [MPa] e i Too [MPa]
) 130 » %0 Y
" »
A2 s
E “ >
0 s ™ el gz
0[] 01°] 0[] 0[]
ow [MPa] —Gwis [MPa] — o [MPa] — Osin [MPa]
% T, [MPa] @8 Ty [MPa]
12 50 130 ]
B1
mmzmr/nz‘mm3m mlmlﬂﬂz'mlmm3 Qu’iﬁﬂmzmmm zmﬂnzmrnmmzn
0[] 01[°] 0[] 0[]
Modelul Modelul Modelul Modelul
Caz Yokobori Findley Matake McDiarmid
—0vok [MPa] oFin [MPa] — Owma [MPa] — omen [MPa]
L0250 1 [MPa] 0% 0 "EAT/2 [MPa]
1 0 [E) 0 120 | E)
a 10 a T o
= B
P P
A2 e G fodo
et o
0 5
o
20
R a0z 20 mmm
0[] 01[°] 0[]
—Gyok [MPa] ——0rin [MPa] ~ Oma [MPa] — Gwmen [MPa]
L0 % 0 T [MPa] e 1o4=AT/2 [MPa] omax AT/2 [MPa]
1% Ed m‘l 2 unm Tn n“n ')
m ! 5 o 5 m
un :n i s r
s m ol ,, e »
m o
Nz m o ™ o
B1 MRNGE, N EET EW = i doda i’ i sihin o,
7m 0 o e » o
A0 0 210 30 210 33
e s i 5 50 S0
20 260 770 70 %0 ]‘Jmisnmzmm}m m"n%ﬂzmmmx mzmmmzw”“m
0[] 0[] 0[] 0[]
Modelul Modelul Modelul
Caz Sines Il Crossland Kakuno-Kawada
— osin [MPa] Gero [MPa] — okk [MPa]
o EAToe/2 [MPa] o AToe/2 [MPa] o "EAT/2 [MPa]
" " . P i m
" P - ' 0 »
» i i © »
o m o m [
AZ | = SR o VT, " Wwi
o o o o » o
0 5o w e
i w m o o
> 30 B S0 & 2o
zmzmmﬂnmmm mliﬂunmmm mzmmmmm!nn
0[] 0[°] 0[°]
— Osiant [MPa] —  Gcw [MPa] — okk [MPa]
ouriToa/2 [MPa] o™ AToe/2 [MPa] o2 ATo/2 [MPa]
130 0 130 ') 1 0
B1
™ RErTr
0[] 0[] 01[°]

Fig. 5.26. Tensiuni echivalente si tensiuni care definesc planul critic, pentru cazurile de

solicitare A2 si B1, respectiv cele 11 modele
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In Fig. 5.26 se prezintd, pentru ambele cazuri de solicitare selectate,
variatiile tensiunilor echivalente generate de fiecare model analizat in parte,
suprapuse cu variatiile tensiunilor care definesc planul critic de rupere, conform
fiecarui model.

Asa cum se poate observa din Fig. 5.26, defazarea de 90° are un efect major
asupra directiei planelor unde se ating tensiunile maxime.

De asemenea, analizdnd hodografele din Fig. 5.26, se poate observa in
principiu aceeasi tendintd, si anume o rotire a axei de simetrie a graficelor odata cu
modificarea unghiului de defazare de la 0 la 90°. Exceptie de la aceasta regula face
modelul Yokobori, la care axa de simetrie nu se suprapune cu abscisa in cazul unei
defazari de 90°. Acest fapt se datoreaza modului de definitie a modelului Yokobori,
care este singurul model din cele 4 modele analizate din categoria planelor critice,
unde tensiunea echivalentd este definita ca o combinatie algebricd a tensiunii
tangentiale si normale, pe cand la celelalte modele din aceeasi categorie aceasta se
defineste ca o combinatie algebricd intre o amplitudine de tensiune tangentiala si
valoarea tensiunii normale pe un anumit plan.

Mai mult decat atat, Fig. 5.26 aratda diferente semnficative intre
amplitudinea tensiunii echivalente in functie de model. Astfel, modelele tensiunii
echivalente (von Mises, von Mises cu semn, Tresca, Sines) si modelele bazate pe
invariantii tensiunilor (Sines II, Crossland, Kakuno-Kawada) produc tensiuni
echivalente cu amplitudini mai mari decat modelele planelor critice (Findley, Matake,
McDiarmid). Se confirma deci, ca modelele tensiunilor echivalente si modelele
bazate pe invariantii starii de tensiune sunt mai acoperitoare decét modelele
planelor critice. Exceptie face, si de aceasta data, modelul Yokobori, care face parte
din categoria modelelor planelor critice, si totusi se dovedeste a fi mai acoperitor
chiar decat unele modele ale tensiunii echivalente.

5.4.4. Studiul experimental al comportarii otelului 41Cr4 la
oboseala multiaxiala cu incarcari proportionale si neproportionale

5.4.4.1. Echipament experimental, metode si epruvete

Incercérile experimentale de oboseal multiaxiala”l au fost efectuate, asa cum
s-a mentionat anterior, in cadrul Laboratorului de Incercdri de Materiale din
Institutul de Cercetare Bay-Logi, Miskolc, Ungaria.

Incercarile au fost realizate pe o masina universala de incercat la oboseala
multiaxiald, modelul Instron 8874, din dotarea Laboratorului, dupa cum se prezinta
in Fig. 5.27. Masina are caracteristicile identice cu cele prezentate in Tabelul 5.5.

Parametrii experimentali au fost alesi conform Tabelul 5.12. Astfel au fost
realizate un numar de 14 incercari, 7 proportionale si 7 neproportionale, cu unghi de
defazare de 90°.

In Fig. 5.28 se prezinta o capturd a interfetei software-ului de comanda
(Instron WaveMatrix) a masinii de incercat, in timpul unei incercari de oboseala
multiaxiald cu incdrcare proportionala.

In Fig. 5.29 este redata interfata aceluiasi program, dar de aceasta data din
timpul unei incercari de oboseald multiaxiald neproportionala, cu unghi de defazare
de 90°.

BUPT



5.4 - Studiul influentei neproportionalitatii asupra durabilitatii otelului 41Cr4 117

Fig. 5.27. Masind universald de incercat la oboseald multiaxiald Instron 8874 in dotarea
Laboratorului de Incercari de Materiale din cadrul Institutului de cercetare BAY-LOGI din
Miskolc
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Fig. 5.28. Interfata principald a programului de comanda si monitorizare Instron WaveMatrix in
timpul unei incercari multiaxiale proportionale
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Fig. 5.29. Interfata principald a programului de comanda si monitorizare Instron WaveMatrix in
timpul unei incercari multiaxiale neproportionale

S-au realizat astfel incarcari multiaxiale ciclice, de intindere si rasucire
simultane, ambele cu cicluri simetrice, avand coeficientul de asimetrie R = -1. In
Fig. 5.30 se prezinta fortele care actioneaza asupra epruvetelor in timpul incercarii.

Torsiune

lil

i \,(/' \\)(/' \)(/” Tractiune

Fig. 5.30. Fortele care actioneaza asupra epruvetelor in timpul incercarilor de oboseala
multiaxiald la intindere si rasucire

Epruvetele folosite au fost confectionate din materialul 41Cr4 cu
caracteristicile redate in Tabelul 5.11. Forma si dimensiunile epruvetelor sunt
prezentate in Fig. 5.31.

Incercarile au fost efectuate in ,Load control”, adica in modul de functionare
»~Controlul incarcarilor”, la frecventa de 25 Hz, iar o incercare s-a considerat
finalizat3 la rupere sau la atingerea a 10° cicluri.
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Fig. 5.31. Dimensiunile si forma epruvetelor folosite la incercarile de oboseala multiaxiala

5.4.4.2.

Analiza

experimentale multiaxiale

Rezultatele primare ale incercarilor multiaxiale sunt prezentate in Tabelul
5.15, unde d reprezinta diametrul epruvetei, o, este amplitudinea ciclului de
intindere in MPa, F, este amplitudinea fortei axiale, 1, este amplitudinea ciclului de
torsiune, My, este amplitudinea momentului de torsiune, ® este unghiul de defazare,
iar N¢ reprezinta numarul de cicluri efectuate.

Tabelul 5.15. Rezultatele incercdrilor de oboseald multiaxiala

rezultatelor

obtinute

a
mn

urma

incercarilor

Nr Nr. . d (Eaz Ca Ta 1a/Ga @ Fr. F. IEI;; N¢
epr [mm] inc [MPa] [MPa] [-] [°] [Hz] [NI] mm] [-1
1 1 7,51 A4 250 150 0,6 0 25 11074 12475 179972
2 2 7,50 A4 250 150 0,6 0 25 11045 12425 >106°
3 3 7,60 A4 250 150 0,6 0 25 11341 12929 >10°
5 6 7,51 Al 300 180 0,6 0 25 13289 14970 22179
6 7 7,48 A3 262 158 0,6 0 25 11513 12983 >10°
7 8 7,50 A2 280 165 0,6 0 25 12370 13668 203245
13 5 7,43 A3 262 158 0,6 0 25 11360 12725 276856
8 9 7,50 B1 280 165 0,6 90 25 12370 13668 5041
9 10 7,50 Bl 280 165 0,6 90 25 12370 13668 160230
10 11 7,52 Bl 280 165 0,6 90 25 12436 13777 268601
11 12 7,49 B2 262 158 0,6 90 25 11544 13036 308964
12 15 7,52 B3 250 150 0,6 90 25 11104 12525 864482
14 13 6,93 B2 262 158 0,6 90 25 9882 10325 114061
15 14 7,00 B2 262 158 0,6 90 25 10083 10641 100796

Dupa cum se poate observa din Tabelul 5.15, numarul de cicluri atins este in
general mai mare in cazul incercarilor proportionale, inregistrandu-se 3 epruvete

care au atins limita de 10° cicluri fr3 a se inregistra fisuri sau rupere.

BUPT



120 Studiu experimental privind influenta neproportionalitatii asupra durabilitatii - 5

In Fig. 5.32 se prezintd suprafetele de rupere produse de incdrcrile
proportionale (A1-A4), respectiv unghiul planului de-a lungul cdruia s-a propagat
fisura de oboseala. S-a constatat cd unghiul planului de rupere este in general intre
10-15° fata de planul normal la directia axiala. Pe suprafetele de rupere se pot
identifica, la toate cele 4 cazuri de incdrcare proportionald (A1-A4), zona ruptd prin
oboseald respectiv zona ruperii ductile produsa de incarcarea axiala. De asemenea,
se pot identifica doua zone situate lateral, datorita schimbarii directiei de fisurare in
momentul in care, dupa micsorarea sectiunii, tensiunea tangentiala a inceput sa
provoace deformatii plastice mari.

852 incarcare: Ad
E Nr. epr.: 01

Fig. 5.32. Suprafetele de rupere obtinute in urma incercarilor proportionale (seria A) respectiv
pozitiile planelor de rupere

BUPT



5.4 - Studiul influentei neproportionalitatii asupra durabilitatii otelului 41Cr4 121

In Fig. 5.33 se prezintd suprafetele de rupere produse de incdrcarile
neproportionale (B1-B3), respectiv unghiul planului de-a lungul cdruia s-a propagat
fisura de oboseala. S-a constatat cd unghiul planului de rupere este in general intre
1-2° fata de planul normal la directia axialda. Pe suprafetele de rupere se pot
identifica, la toate cele 3 cazuri de incarcare proportionald (B1-B3), zona ruptd prin
oboseald respectiv zona ruperii ductile produsa de incarcarea axiala. Spre deosebire
de seria A, in cazul epruvetelor rupte prin incercarile defazate cu 90°, lipsesc cele
doua zone laterale prezente la seria A. De asemenea, suprafata rupta prin oboseala
este mai lucioasa decat in cazul epruvetelor rupte la incarcarile in faza.

§z incarcare: B3
Nr. epr.: 15

Fig. 5.33. Suprafetele de rupere obtinute in urma incercarilor neproportionale (seria B)
respectiv pozitiile planelor de rupere

Fig. 5.34 prezinta curbele de histerezd generate de ciclurile de incarcare,
atat la incarcarea axiala cat si la cea de rasucire.

Se poate observa ca aria din interiorul curbelor de histereza este
nesemnificativa, respectiv curbele se suprapun intr-o masura acceptabilda. Doar
primele cicluri de fincarcare prezinta diferente majore, dar acest fapt se poate
explica prin faptul ca in timpul acestor cicluri, de la inceputul fiecarei incercari, s-a
produs fenomenul de asezare a epruvetei in bacurile masinii, respectiv dintii de pe
fetele active ale bacurilor au patruns in suprafata epruvetelor, provocand deformatii
si deplasari minimale. Aceasta concluzie este sustinuta si de inregistrarile pozitiilor
maxime si minime ale deplasarilor din timpul incercarilor (Fig. 5.35).
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Curbele de histereza la tractiune

Curbele de histereza la torsiune
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Fig. 5.34. Curbele de histereza din timpul incercarilor proportionale (Seria A)
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Fig. 5.35. Inregistrarea deplasérilor axiale si unghiulare maxime si minime in timpul
incercarilor proportionale (Seria A)

Momentul ruperii epruvetelor a fost de asemenea inregistrata, prin salvarea
datelor pentru ultimele 10 cicluri dinaintea ruperii totale. Astfel, in Fig. 5.36 sunt
redate curbele de histereza corespunzatoare ultimelor 10 cicluri de incarcare, axiale
si unghiulare, pentru epruvetele rupte din Seria A.
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Fig. 5.36. Curbele de histereza generate de ultimele 10 cicluri de incarcare axiala si unghiulara,

in cazul epruvetelor rupte din Seria A

Din Fig. 5.36 se poate observa faptul ca in toate cele 4 cazuri prezentate,
cresterea deplasarilor unghiulare cu fiecare ciclu este mult mai pronuntata decat
cresterea deplasarilor axiale. Acest fapt conduce la concluzia ca ruperea finala a

epruvetelor a fost cauzata de tensiunea tangentiala produsa de torsiune.

Datele obtinute Tn urma incercarii epuvetelor din seria B au fost prelucrate in
mod similar. Astfel, Fig. 5.37 prezinta curbele de histereza generate de ciclurile de

incarcare, atat la incarcarea axiala cat si la cea de rasucire.
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Fig. 5.37. Curbele de histereza din timpul incercarilor neproportionale (Seria B)

Si in cazul Seriei B sunt valabile observatiile facute la Seria A (Fig. 5.34).
Prin urmare, si de aceastd data curbele de histereza sunt suprapuse corespunzator,
iar aria din interiorul lor este nesemnificativa, confirmand faptul ca toate ciclurile s-
au realizat in domeniul elastic, fara ca epruvetele sa alunece in bacurile masinii.
Ultima afirmatie este sustinuta de caracterul constant al curbelor deplasarilor axiale
si unghiulare maxime si minime, redate in Fig. 5.38.

Momentul ruperii epruvetelor a fost de asemenea inregistratd, prin salvarea
datelor pentru ultimele 10 cicluri dinaintea ruperii totale. Astfel, in Fig. 5.39 sunt
redate curbele de histereza corespunzatoare ultimelor 10 cicluri de incarcare, axiale
si unghiulare, pentru epruvetele rupte din Seria B.

Din Fig. 5.39 se poate observa de asemenea faptul ca in toate cele 3 cazuri
prezentate din Seria B, cresterea deplasarilor unghiulare cu fiecare ciclu este mult
mai pronuntatd decat cresterea deplasarilor axiale. Acest fapt conduce la concluzia
ca si in cazul incercarilor neproportionale, ruperea finala a epruvetelor a fost cauzata
de tensiunea tangentiala produsa de torsiune.
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Fig. 5.38. Inregistrarea deplasarilor axiale si unghiulare maxime si minime in timpul
incercarilor neproportionale (Seria B)

In urma analizarii datelor experimentale obtinute se pot concluziona

urmatoarele:

Alunecari ugoare ale epruvetelor s-au inregistrat la inceputul incercarilor, pana
epruvetele s-au asezat in bacuri. Alunecarile ulterioare, din timpul incercarilor,
sunt neglijabile;

e Toate incercarile s-au realizat in domeniul elastic, afirmatie sustinuta de aspectul

curbelor de histerezd;

In cazul ambelor serii de fincercdri, proportionale (Seria A) respectiv
neproportionale (Seria B), influenta majora asupra ruperii finale ale epruvetelor
a avut-o tensiunea tangential3;

Incercarile proportionale (Seria A) au produs durate de viatd mai mari (3
epruvete au depdsit limita de 10° cicluri) decat cele neproportionale (Seria B)
(nici o epruvetd nu a ajuns la 10° cicluri).
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Fig. 5.39. Curbele de histereza generate de ultimele 10 cicluri de incarcare axiald si unghiulara,
in cazul epruvetelor rupte din Seria B

5.4.5. Validarea modelului propus pe baza modelelor
analizate si a datelor experimentale obtinute

Modelul de calcul la obosealda multiaxiala propus in cadrul tezei (ecuatia
(4.1)) a fost aplicat pe cele 7 cazuri de incarcare prezentate mai sus si valorile
obtinute au fost comparate cu celelalte modele din literatura, pe baza programului
de calcul realizat in acest scop, respectiv cu rezultatele experimentale obtinute.

Conform modelului propus, planul critic de fisurare la obosealda este
considerat planul octaedric, adica planul unde variatia tensiunilor octaedrice atinge o
valoare extrema.

Modelul propus este validat pe baza urmatoarelor considerente:

e Tensiunea echivalenta si eroarea sa relativa fata de valoarea prescrisa;

e Comparatie intre valoarea (respectiv eroarea) tensiunii echivalente calculate cu
modelul propus si cele 11 modele de degradare analizate in paragrafele
anterioare;

e Analiza planului de rupere prezis in comparatie cu datele experimentale.
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Se mentioneaza ca parametrii de material pe baza cdrora se evalueaza atat
modelul propus cat si modelele din literatura, sunt cele din Tabelul 5.11, adica c.; =
350 MPa, 1., = 250 MPa.

Tabelul 5.16 prezinta valorile tensiunilor echivalente calculate cu cele 11
modele analizate respectiv valorile calculate cu modelul de degradare propus,
pentru toate cele 7 cazuri de incarcare.

Tabelul 5.16. Valorile tensiunilor echivalente calculate cu modelele analizate
Valoare tensiune echivalenta [MPa]

Nr Modelul AL A2 A3 A4 B1 B2 B3
1 Von Mises 445 412 390 371 297 278 265
2 Von Mises cu semn 445 412 390 371 297 278 265
3 Tresca 500 462 437 416 323 303 289
4 Sines 211 195 184 175 - - -

5 Yokobori 470 440 412 397 354 331 315
6 Findley 319 295 279 266 285 270 257
7 Matake 319 295 279 266 285 270 257
8 McDiarmid 258 239 226 215 205 196 186
9 Sines II 269 249 235 224 135 127 121
10 Crossland 258 238 226 214 164 158 150
11 Kakuno-Kawada 284 262 248 236 168 160 152

12 MODEL PROPUS 280 259 245 233 245 234 223

Dupa cum se vede din Tabelul 5.16, valorile tensiunilor echivalente sunt
apropiate de valoarea critica a parametrului de degradare, care este o functie a
limitei de oboseald, corespunzatoare fiecarui model in parte (vezi Tabelul 5.13).

Pentru a putea cuantifica exactitatea cu care modelele se apropie de
valoarea criticd a parametrului de degradare, pentru fiecare model si caz de
incarcare a fost determinata eroarea relativa, cu urmatoarea relatie:

DP - DP.,
e=———C .100[%
DR, [%] (5.7)

unde DP reprezinta parametrul de degradare (tensiunea echivalentd), conform cu
Tabelul 5.13.

Astfel, in Fig. 5.40 sunt redate erorile relative ale tuturor celor 12 modele de
degradare amintite in Tabelul 5.16, in fiecare dintre cele 7 cazuri de incarcare
studiate.

Se poate vedea din aceasta figura ca modelul Yokobori genereaza cele mai
mari erori, intr-un contrast fata de celelalte modele din categoria modelelor planelor
critice (Findley, Matake, McDiarmid). Dintre modelele planelor critice modelul
McDiarmid se dovedeste singurul neacoperitor. Din aceasta categorie, modelele
Findley si Matake produc cele mai mici erori gi sunt si acoperitoare.

In ceea ce priveste modelele tensiunilor echivalente, se constata un caracter
acoperitor in cazul fncarcarilor proportionale (Seria A), respectiv caracter
neacoperitor in cazul incarcarilor neproportionale (Seria B). Modelele von Mises, von
Mises cu semn si Tresca produc erori apropiate, modelul Tresca fiind usor mai
acoperitor decat celelalte doua. In cazul modelului Sines, nefiind definit pentru
cazuri de neproportionalitate, erorile au fost calculate doar pentru Seria A si se
incadreaza in plaja erorilor celorlalte modele bazate pe tensiuni echivalente.

BUPT



5.4 - Studiul influentei neproportionalitatii asupra durabilitatii otelului 41Cr4 129

MODEL PROPUS

Kakuno-Kawada

Sines (ll)

Crossland

McDiarmid

Matake

Findley

Yokobori

Sines

Tresca

Signed von
Mises

von Mises

-100

A
A1

Bg1
A1

|—"YI

Al

Eroare relativa [%)]

B3 mB3
¥ mB2
5 o mB1}l
B 4 O A4
3
4 a1 OA3
B mA2
B 4
3 A1
A1 T
15 50 25 0 25 50 75 100

NEACOPERITOR | < ————— "~ | ACOPERITOR

Fig. 5.40. Erori relative ale modelelor analizate, calculate pe baza tensiunii echivalente
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neacoperitoare pentru cazurile de incarcare considerate. Caracterul neacoperitor
este mult mai accentuat in cazul Seriei B de incarcari.

Modelul propus, facand parte din categoria modelelor bazate pe invariantii
tensiunilor, genereaza erori relative mult mai mici decat celelalte modele, nu numai
din aceeasi categorie, ci dintre toate 11. Modelul propus se dovedeste a fi in general
neacoperitor, dar cu erori cuprinse intre -10% si 12%. Fig. 5.40 arata clar faptul ca
modelul propus aduce o Tmbunatatire in ceea ce priveste acuratetea calculului
tensiunilor in cazul incarcarilor proportionale si neproportionale.

Validitatea modelului propus este verificat si pe baza comparatiei valorii
unghiului planului de rupere, calculat analitic respectiv determinat experimental.
Astfel, Tabelul 5.17 contine valorile unghiurilor de rupere calculate si masurate
pentru toate cele 7 cazuri de incarcare.

Tabelul 5.17. Comparatie intre valorile calculate si determinate experimental ale unghiului de

rupere
Pozitie plan rupere [°]
Nr. Caz incarcare Calculata (cf. model Determinata
propus) experimental
1 Al -10,5/ 58 -14,7
2 A2 -8,2/57 -7,4
3 A3 -10 /58 -9,8
4 A4 -10,5/58 -15,4
5 B1 0/90 1,6
6 B2 0/90 1,2
7 B3 -2/ 88 1,3

Dupa cum se vede din Tabelul 5.17, valorile experimentale obtinute se pot
considera drept corespunzatoare, ele suprapunandu-se aproximativ cu valorile
calculate ale pozitiei planului unde variatia tensiunii octaedrice atinge valoarea
extrema. De asemenea, valorile obtinute sunt in concordanta cu datele din literatura
de specialitate [Reis, Li s.a., 2006, 2009].

Astfel, se valideaza criteriul din cadrul modelului propus, conform caruia
planul critic de rupere la oboseala este cel octaedric.

5.4.6. Concluzii asupra programului experimental si a
rezultatelor obtinute

Scopul principal al cercetarii prezentate in acest capitol a fost validarea
modelului propus de degradare la oboseald multiaxiala, atat folosind date calculate
analitic pe baza unui program de calcul realizat special in acest scop in care s-au
implementat 11 modele din literaturd, cat si pe baza unor date experimentale,
obtinute in urma efectuarii unor incercdri de obosealda multiaxiala pe maginile de
incercat din dotarea Laboratorului de Incercari de Matariale, din Institutul de
Cercetare Bay-Logi, Miskolc, Ungaria.

Au fost obtinute urmatoarele rezultate:

e Program de calcul realizat in mediul MathCad, pentru simularea fincarcarilor
multiaxiale si determinarea valorilor tensiunilor caracteristice si a pozitiilor
planelor in care actioneaza acestea;

e Studiul parametrilor care influenteaza durabilitatea la obosealda multiaxiala;

e Asimilarea cunostintelor necesare utilizarii corespunzatoare a masinilor de
incercat la oboseal3;
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Realizarea unor incercari de oboseald multiaxiala cu numere mari de cicluri, cu
diferite grade de neproportionalitate, pe epruvete toroidale, fara concentrator de
tensiune;

Date experimentale inregistrate cu sistem de achizitie, cum ar fi: numarul de
cicluri, forte, deplasari, timp, frecventa, fotografii de finalta rezolutie cu
suprafetele de rupere si directia fisurilor;

Aplicarea modelului propus pe cazurile de incercare experimentalad;

Compararea datelor obtinute experimental cu cele calculate analitic si validarea
modelului propus pe baza acestora.

Modelul propus se considera a fi validat pe baza urmatoarelor argumente:
Tensiunea echivalenta calculata pe baza modelului se incadreaza intr-o marja de
eroare de -10% si 12% raportat la valoarea critica a parametrului de degradare
(limita de oboseala la torsiune simetricd), la toate cele 7 cazuri de incarcare
analizate;

Eroarea relativa a tensiunii medii calculatd pe baza modelului propus este sub
erorile produse de alte 11 modele de oboseala multiaxiald, aplicate pe aceleasi
cazuri de incarcare;

Planul de rupere determinat experimental se suprapune Iintr-o masura
acceptabila (in limita numarului de incercari efectuate) cu valorile determinate
analitic.
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6. STUDIUL DURABILITVA'[II UNUI ARBORE
SUPUS UNEI SOLICITARI MULTIAXIALE
VARIABILE IN TIMP

6.1. Introducere

In cadrul acestui capitol se prezintd o analizd a durabilititii unui arbore
solicitat la incovoiere cu rasucire pe baza studiului starii de tensiune din zona unui
concentrator de tip racordare la trecerea de la o sectiune circulard la o sectiune
patrata. Acest concentrator s-a dovedit deosebit de periculos conducand la ruperea
prematura a arborelui in conditiile de functionare specifice mecanismului din care
face parte, adicd la un numar de repetitii a ciclului de solicitare de sub 35000.
Analiza durabilitatii s-a facut folosind conditiile reale de incarcare, fapt ce a permis
evaluarea spectrului tensiunilor echivalente la baza concentratorului pentru mai
multe raze de racordare, folosind programul de analiza cu elemente finite ABAQUS
6.9-3. Pentru determinarea durabilitatii arborelui in conditiile date de solicitare s-a
apelat la trei abordari, si anume:

e Abordarea 1: aplicarea metodei tensiunilor echivalente von Mises si Tresca;
e Abordarea 2: aplicarea metodei propuse de Feng si Titus [Feng si Titus,

2007], tinand cont de efectul tensiunii medii;

e Abordarea 3: aplicarea modelului de oboseald multiaxiala propus in Cap. 4.

In toate cele trei cazuri amintite, durabilitatea arborelui s-a determinat
pentru trei valori diferite ale razei de racordare, si anume 2 mm, 2,5 mm respectiv
3,2 mm. In partea finala a acestui capitol rezultatele obtinute sunt analizate si
comparate intre ele cu scopul validarii modelului de oboseald multiaxiald propus.

6.2. Descrierea ansamblului din care face parte arborele
si prezentarea ciclului de incarcare

Functionarea in conditii normale a unui mecanism a fost impiedicata de
ruperea dupa un numar mic de cicluri a unui arbore aflat in componenta acestuia.
Arborele executat din otelul marca 41Cr4 (Tabelul 5.4) este prevazut cu o roata
meIcatéAsi este rezemat pe doi rulmenti (Fig. 6.1).

Incarcarea arborelui se realizeaza prin intermediul unei parghii prin care o
forta variabila in timp, F(t), se transmite arborelui sub forma unui cuplu de rasucire
si a unui cuplu de incovoiere, ambele variabile in timp, ajungandu-se astfel la
solicitari multiaxiale [Dumitru si Kun, 2011; Kun si Dumitru, 2010; Kun, Dumitru
s.a., 2011]. Arborele este prevazut cu doi concentatori de tensiune, unul de tipul
unui canal situat in sectiunea de la baza rotii melcate si altul de tipul unei racordari
aflat pe capatul zonei de fixare a parghiei de comanda. Acest ultim concentrator face
obiectul de studiu al acestei lucrari intrucat s-a dovedit experimental ca in acesta
apar primele fisuri de oboseala [Dumitru, Marsavina s.a., 2007]. Concentratorul in
cauza este pus in evidenta in Fig. 6.2.

Studii efectuate anterior au dovedit o dicrepantd mare intre rezultatele
experimentale obtinute la fincercarile pe stand a arborelui si calculul clasic la
oboseald in ipoteza unei solicitari compuse [Dumitru, Marsavina s.a., 2007;
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Dumitru, 1998]. Pornind de la acest aspect, in cadrul acestui capitol s-a cautat sa se
faca o analiza a durabilitatii arborelui luand in considerare multiaxialitatea starii de
tensiune de la baza concentratorului si cum influenteaza aceasta pentru unele raze
de racordare durabilitatea arborelui.

Roata melcata Arbore Brat F(t)
K—
Q—~
.,
Ll .~’ X
=
-—
N
TI77777 ‘ = TIITII7 A

>\

Fig. 6.1. Ansamblul din care face parte arborele studiat [Kun, Nes s.a., 2012]

Concentratorul
de tensiune
studiat

N L A\

I r=2,0mm

r=2,5mm
r=32mm

Fig. 6.2. Detaliu privind concentratorul de tensiune considerat critic si evidentierea valorilor
razei de racordare pentru care s-a efectuat studiul

Inc&rcarea arborelui se realizeazd prin intermediul unei parghii prin care o

forta variabila in timp, F(t), se transmite arborelui sub forma unui cuplu de rasucire
si a unui cuplu de incovoiere, ambele variabile in timp. Spectrul de incarcare real
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inregistrat in timpul functionarii ansamblului, dat de variatia fortei F(t) in timp este
prezentat in Fig. 6.3.

3000

2000 4

N AN A
TV

0

0 200 250 w 35 400 450 5

Forta [N]
[an]
fan)

-1000 A

-2000 A

-3000

Timp [ms]

Fig. 6.3. Variatia in timp a fortei F(t) care genereaza spectrul de solicitare la care este supus
arborele [Kun, Nes s.a., 2012]

Din Fig. 6.3 se poate vedea faptul ca este vorba de un spectru de solicitare
cu amplitudine variabila, care contine atat varfuri pozitive cat si negative. Inainte de
a aplica vreun model de obosealda multiaxiald, acest spectru de solicitare va trebui
prelucrat pentru a ajunge la cicluri echivalente de tensiuni cu amplitudine constanta.

6.3. Analiza starii de tensiune din zona concentratorului
studiat prin modelarea arborelui cu metoda elementelor finite

Pentru obtinerea valorilor componentelor tensorului tensiunilor in zona
concentratorului studiat, s-a utilizat modelul cu elemente finite realizat de [Nes,
2011] in programul de analizéd cu elemente finite ABAQUS 6.9-3. Dupa realizarea
modelului tridimensional, contindnd trei variante distincte cu raze diferite la
concentrator (vezi Fig. 6.2), au fost introduse cele 100 valori distincte de pe curba
din Fig. 6.3 si s-a realizat simularea numerica pentru fiecare valoare si pentru
fiecare raza, obtindndu-se valorile celor 6 componente ale tensorului tensiune pe
parcursul intregului ciclu.

6.3.1. Modelarea ansamblului din care face parte arborele

Mecanismul din care face arborele (vezi Fig. 6.1) a fost modelat in
programul de analiza cu elemente finite ABAQUS 6.9-3 (Fig. 6.4). Din moment ce
roata melcata (monobloc cu arborele) se afla in angrenare, ea nu poate transmite
miscarea de rotatie a arborelui, actionand astfel ca o incastrare. Acesta este motivul
pentru care a fost inlocuita in modelul 3D cu o incastrare pe sectiunea transversala
in care ea se afla pe arbore (Fig. 6.5).
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Parghie Dﬁ

Incastrare

Fig. 6.4. Modelul mecanismului din care face parte arborele studiat, realizat in programul
ABAQUS 6.9-3 [Kun, Nes s.a., 2012]

Fig. 6.5. Detaliu privind constrangerile aplicate modelului - incastrarea care joaca rolul rotii
melcate

Modelului i-a mai fost aplicatd o constrangere, si anume impiedicarea
culisarii bratului pe arbore. In acest scop a fost blocata translatia bratului pe directia
axiala a arborelui, dupa cum se prezinta in Fig. 6.6.
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136 Studiul durabilitatii unui arbore de mici dimensiuni supus unei solicitari multiaxiale - 6

Fig. 6.6. Detaliu privind constréangerile aplicate modelului — impiedicarea translatiei bratului pe
directia axiald a abrorelui

Modelul astfel obtinut reproduce in mod corect geometria ansamblului si
solicitarile la care este supus in timpul functionarii.

6.3.2. Studiu de convergenta pentru discretizarea modelului

Pentru obtinerea valorilor componentelor tensorului tensiune in zona
concentratorului, a fost nevoie de discretizarea arborelui. Discretizarea a fost
realizata folosind mai multe dimensiuni ale elementelor finite in zona
concentratorului si s-a urmarit obtinerea unor rezultate convergente spre o valoare
stabila.

0,15 mm 0,25 mm 0,70 mm
Fig. 6.7. Variante de mesh-uri folosite la studiul de convergenta: cea mai fina (a) respectiv cea
mai grosolana (c) discretizare si o varianta intermediara (b)
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Studiul de convergenta s-a compus din efectuarea a 8 simulari cu
dimensiuni diferite ale elementelor finite folosite (de la 0,15 mm la 0,70 mm), toate
pentru o valoare fixata a fortei F = 100 N. Drept referinta pentru comparatie s-a
luat Tn considerare tensiunea echivalentd von Mises generata la mijlocul laturii
arboreluj la baza concentratorului cu raza de racordare de 3,2 mm.

In Fig. 6.7 se prezintd trei discretizari diferite din seria de 8 in zona
concentratorului, cea mai find, cea mai grosolana si una cu elemente finite de
dimensiune intermediara.

Tabelul 6.1. Parametrii studiului de convergenta si rezultatele obtinute

Tensiune

Dimensiune Raza echivalenta

Nr. element Incarcare racordare von Mises pe Observatii
crt. finit concentrator elementul
selectat
[mm] F [N] r [mm] [MPa]
1 0,15 20,6351
2 0,20 20,5137
3 0,25 20,4699 Mesh rafinat in
4 0,35 19,8556 zona
5 0,45 100 3,2 19,5931 concentratorului
6 0,55 19,3665
7 0,65 18,9259
8 0,70 18,8644 Mesh global
nerafinat
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Dimensiune elemente finite [mm]
Fig. 6.8. Curba de convergenta a discretizarilor efectuate

In Tabelul 6.1 sunt redati parametrii celori 8 simuldri efectuate cat si
valoarea obtinutda pentru tensiunea echivalenta von Mises la elementul finit de la
mijlocul laturii de la baza concentratorului. Se poate observa o clarda tendinta de
stabilizare a valorii tensiunii odatd cu micsorarea dimensiunii elementelor finite.
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Analizand curba de convergenta trasatd in Fig. 6.8 pe baza valorilor din Tabelul 6.1,
se poate identifica cu usurintd un palier intre primele 3 puncte reprezentate. In
consecinta, s-a ales drept discretizare definitivda varianta 3, avand dimensiunea
elementelor finite in zona critica de 0,25 mm.

6.3.3. Definitivarea modelului si alegerea elementului finit
pentru extragerea valorilor tensiunilor rezultate ca urmare a
aplicarii ciclului de incarcare

In urma efectudrii studiului de convergentd din subcapitolul precedent a fost
ales drept mesh de referinta cel cu dimensiunea elementelor finite de 0,25 mm si
toate simuldrile ulterioare au fost efectuate cu aceastd marime. Astfel, modelul
arborelui a fost discretizat in toate cele trei variante cu raze diferite cu elemente
finite lineare hexaedrice de tip C3D8R, utilizand o strategie de tip sweep [Barsoum,
1976] (Fig. 6.9).

Elementul finit
studiat

Fig. 6.9. Discretizarea arborelui si identificarea elementului finit aflat la baza concentratorului
pentru care se determinad tensiunile pe parcursul solicitdrii [Kun, Nes s.a., 2012]

Se poate vedea ca solicitarea predominanta la care este supus arborele este
rasucirea [Kun, Nes s.a., 2012]. De asemenea, se cunoaste faptul ca in cazul
rasucirii unui arbore, tensiunile tangentiale maxime se ating la mijlocul fiecarei laturi
si implicit indica locul initierii fisurilor de oboseala [Dumitru, 2009]. In Fig. 6.10 se
prezintd distributia tensiunii tangentiale t,, care se obtine in momentul atingerii
varfului de solicitare de pe spectrul de incarcare (Fig. 6.3).

Acesta este motivul pentru care in scopul efectuarii analizei starii de
tensiune pe tot parcursul ciclului, s-a ales un element finit de pe mijlocul unei laturi
(portiunea cu sectiune transversald patratd), aflat la baza concentratorului de
tensiune. In Fig. 6.9 se prezinta alegerea elementului finit cel mai periculos din zona
concentratorului.
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Fig. 6.10. Distributia tensiunii tangentiale 1, iIn momentul atingerii varfului de
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S-a obtinut astfel modelul arborelui care permite obtinerea valorile tuturor
celor 6 componente ale tensorului tensiune in 100 de puncte distincte de pe ciclul de
solicitare prezentat in Fig. 6.3. Aceste valori generate pentru cele trei modele cu
raze de racordare diferite au fost prelevate din mediul ABAQUS 6.9-3 si au fost
exportate in fisiere de date care ulterior au fost introduse in mediul de calcule
matematice si programare MathCad 14. In Fig. 6.11 se prezinta spre exemplificare
variatiile prelevate din ABAQUS a celor 6 componente ale tensorului tensiune pe
parcursul ciclului de solicitare in cazul arborelui cu raza la baza concentratorului de
3,2 mm, reprezentate in mediul MathCad. Se confirma afirmatia anterioara conform
careia solicitarea predominanta este rasucirea prin faptul ca tensiunea tangentiala
Ty @re cea mai pronuntatd variatie in timpul ciclului.

6.4. Determinarea durabilitatii arborelui

6.4.1. Calculul durabilitatii arborelui folosind tensiuni
echivalente

6.4.1.1. Prelucrarea spectrului de solicitare folosind metoda picaturii

In urma determindrii valorilor celor sase componente ale tensorului
tensiunilor (ox, oy, 62, Ty, Tyzs Txz) P€ tot parcursul ciclului, pentru toate cele trei raze
de racordare la concentrator, respectiv dupa analiza spectrelor tensiunilor principale,
au fost calculate valorile corespunzatoare ale tensiunilor echivalente von Mises
respectiv Tresca, dupa cum urmeaza:

EvM = %\/(CTX —O'y)z + (cry —0'2)2 + (O'X —0'2)2 + 6(2')2(), + r)gz + 1)2(2) (6.1)

oTr =01-03 (6.2)

Variatiile tensiunilor echivalente de mai sus, corespunzatoare ciclului de
incarcare prezentat in Fig. 6.3, in cazul razei de racordare de r = 3,2 mm, sunt
redate in Fig. 6.12.

Majoritatea datelor indicate in literatura de specialitate se refera la incercari
de oboseald pentru cicluri simetrice (R = -1, o, = 0). Astfel, pentru a putea construi
curba ciclurilor limita, este nevoie de transformarea variatiilor aleatoare ale
tensiunilor echivalente in blocuri cu cicluri simetrice. In acest scop s-a schematizat
spectrul prezentat in Fig. 6.12 si s-a aplicat metoda picaturii [Matsuishi si Endo,
1969] pentru a numara ciclurile independente ce compun spectrul de solicitare.
Conform metodei picaturii (sau scurgerea apei de ploaie de pe acoperisuri de
pagoda) suprafata ciclului intors, adica cu axa timpului orientata in jos poate fi
privita ca un acoperis care trebuie sa fie udat numai o singura data. Doua picaturi
nu se pot intélni, iar o picatura care in cadere nu mai intalneste alte pante de
scurgere, paraseste acoperisul. Aplicarea metodei picaturii pentru semialternantele
crescatoare este exemplificatd in Fig. 6.13, iar pentru cele descrescatoare in Fig.
6.14, ambele in cazul tensiunii von Mises.
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600

von Mises _ _ _
Tresca

400

o [MPa]

200

0 100 200 300 400 500
Timp [ms]

Fig. 6.12. Ciclul de solicitare reprezentat in tensiuni echivalente von Mises si Tresca pentru
concentratorul cu raza de 3,2 mm [Kun, Nes s.a., 2012]

oM 19 18"
957121 20
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110 22'
115
1201 Numararea
125t 426 semialternantelor
1304 crescatoare

24

0 100 200 300 400 500 600

Tensiune echivalenta von Mises [MPa]

Fig. 6.13. Numadrarea semialternantelor crescdtoare de pe ciclul echivalent von Mises cu
ajutorul metodei picaturii
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Fig. 6.14. Numararea semialternantelor descrescatoare de pe ciclul echivalent von Mises cu
ajutorul metodei picaturii
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Procedeul prezentat mai sus a fost aplicat in mod similar si in cazul tensiunii
echivalente Tresca. Avand astfel semiciclurile formate, ele se imperecheaza si se
obtin ciclurile complete care se numara.

A fost necesara transformarea blocurilor de solicitare compuse din cicluri
pulsante, in blocuri de solicitare compuse din cicluri echivalente simetrice, aplicand
criteriul Morrow [Morrow, 1968]:

_%a
1_°m (6.3)

or

O'aeq =

unde c.eq reprezintd amplitudinea ciclului simetric echivalent transformat conform
criteriului Morrow dintr-un ciclu cu R = -1 avand amplitudinea o, si tensiunea medie
om; or reprezinta rezistenta la rupere statica a materialului.

S-au obtinut astfel un numar de 14 cicluri simetrice ca urmare a
descompunerii spectrului original, pentru cele trei valori ale razei de racordare.
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Principalele caracteristici ale acestor cicluri sunt prezentate in Tabelul 6.2. Prin
aceasta spectrul de solicitare a devenit un bloc format din 14 grupe, per ansamblu
avand acelasi efect de degradare ca si spectrul original, fiecare dintre aceste grupe
avand un ciclu de solicitare. Ultimele douda coloane din Tabelul 6.2 redau
amplitudinea ciclurilor simetrice echivalente obtinute pe baza aplicarii criteriului
Morrow pentru modelele von Mises si Tresca.

Tabelul 6.2. Caracteristicile ciclurilor descompuse si cele simetrice echivalente pentru cele trei
raze de racordare

Caracteristici cicluri obtinute in urma I_\mpll_tudlm_a
descompunerii spectrului original ciclu .5|metr|c
Nr. echivalent
Crt. Omax [MPa] [SI";;] R o,[MPa] o, [MPa] o..[MPa]
vM* Tr*xx vM Tr [-] vM Tr vM Tr vM Tr
r=2mm
1 618 713 0 0 0,0 309 357 309 357 554 729
2 585 676 33 38 0,1 276 319 309 357 496 653
3 438 505 0 0 0,0 219 253 219 253 319 396
4 385 444 49 56 0,1 168 194 217 250 243 302
5 355 410 16 19 0,0 169 195 186 214 231 282
6 349 403 163 188 0,5 93 108 256 295 147 186
7 281 324 162 187 0,6 59 68 222 256 87 108
8 276 319 30 34 0,1 123 143 153 177 158 191
9 192 222 0 0 0,0 96 111 96 111 111 132
10 168 194 30 34 0,2 69 80 99 114 81 96
11 133 153 59 68 0,4 37 43 96 111 43 51
12 130 150 30 34 0,2 50 58 80 92 57 67
13 89 102 0 0 0,0 44 51 44 51 47 55
14 16 19 10 11 0,6 3 4 13 15 3 4
r=25mm
15 547 631 0 0 0,0 273 316 273 316 449 576
16 518 598 29 33 0,1 245 282 273 316 402 515
17 474 547 0 0 0,0 237 273 237 273 359 449
18 416 480 43 50 0,1 187 215 230 265 278 347
19 384 443 14 17 0,0 185 213 199 230 259 318
20 378 436 144 166 0,4 117 135 261 301 187 237
21 304 351 176 203 0,6 64 74 240 277 98 123
22 244 282 32 37 0,1 106 122 138 159 132 159
23 208 240 0 0 0,0 104 120 104 120 122 145
24 182 211 32 37 0,2 75 87 107 124 89 105
25 144 166 64 74 0,4 40 46 104 120 47 56
26 115 133 32 37 0,3 41 48 73 85 46 54
27 96 111 0 0 0,0 48 55 48 55 52 60
28 14 17 9 10 0,6 3 3 11 13 3 3
r=3,2 mm
29 512 590 0 0 0,0 256 295 256 295 404 511
30 485 559 27 31 0,1 229 264 256 295 361 457
31 409 470 0 0 0,0 204 235 204 235 289 354
32 359 412 40 46 0,1 160 183 200 229 223 273
33 332 381 13 16 0,0 159 183 173 198 211 255

~
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Caracteristici cicluri obtinute in urma I_\mplu_tudmg

descompunerii spectrului original ciclu _S|metr|c
Nr. echivalent

crt. Omax [MPa] [SI";;] R o,[MPa] o, [MPa] . [MPa]

vM* Trx*x vM Tr [-] vM Tr vM Tr vM Tr

34 326 374 134 155 0,4 96 110 230 265 143 177
35 263 301 152 174 0,6 55 63 207 238 79 96
36 228 263 28 32 0,1 100 116 128 148 123 147
37 180 206 0 0 0,0 90 103 90 103 103 121
38 158 181 28 32 0,2 65 75 93 106 75 88
39 124 143 55 63 0,4 35 40 90 103 40 46
40 107 124 28 32 0,3 40 46 67 78 44 52
41 83 95 0 0 0,0 41 48 41 48 44 51
42 13 16 8 9 0,6 3 3 11 12 3 3

* von Mises; ** Tresca

6.4.1.2. Determinarea numarului de cicluri pana la rupere folosind
criteriul Palmgren-Miner

In cazul fiecdrui ciclu de solicitare simetric s-a determinat numarul de
repetitii pana la rupere aplicdnd curba de oboseala a materialului prezentat in Fig.
5.13.

Pasul urmator a constat in determinarea degradarii date de fiecare ciclu
simetric in parte. Aplicand criteriul Palmgren-Miner [Palmgren, 1924; Miner, 1945],
se determind degradarea totala considerand intregul bloc de solicitare, respectiv
numarul total de cicluri (blocuri de solicitare intregi aplicate) pana la rupere,
conform relatiei de mai jos:

1

S ai glSq (64)
i=z1Ng \ Si

unde N, reprezinta numarul total de cicluri pana la rupere (numarul de blocuri de
solicitare); h este numarul de grupe de solicitare; S, este tensiunea de referintd
(poate fi egala cu tensiunea maxima din blocul de solicitare); Ng reprezintd numarul
de cicluri la care s-ar produce ruperea prin oboseala pastrand constant nivelul de
solicitare S,; B este panta curbei de oboseald; a; reprezinta procentul numarului de
cicluri la nivelul S; din intregul program care conduce la rupere.

Criteriul Palmgren-Miner este criticat deoarece liniarizeaza un fenomen care
in general nu este liniar. Cu toate acestea este foarte mult utilizat datorita simplitatii
sale, respectiv posibilitatii aplicarii sale si in cazul spectrelor aleatoare care pot fi
descompuse in blocuri de solicitare, asa cum se procedeaza in cazul prezentat.

Principiul de baza al acestui criteriu de degradare cumulativda constd in
determinarea degradarii partiale produse de fiecare ciclu in parte, degradari care
sunt insumate in final generand degradarea totala.

In Fig. 6.15 este redata schema logica dupd care se efectueaza calculul de
durabilitate bazat pe calculul degradarii cumulative dupa legea Palmgren-Miner
pentru cazul prezentat, utilizand ambele tensiuni echivalente von Mises si Tresca,
respectiv aplicandu-le pentru toate cele trei valori ale razei de racordare.

Ny =
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Determinare valori

Introducere tensor tensiune la baza
spectrude |—————® concentratorului cu
solicitare F(1) programul ABAQUS

O, Gya O3, Txys Ty:a Tz
DA I

L

Aplicare metode de

v

Calcul tensiuni echivalente:

Tensiuni normale principale

Tensiuni tangentiale extreme numarare a ciclurilor

Tensiune echivalenta Tresca (ex. metoda picaturii)
Tensiune echivalenta von Mises
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(Palmgren-Miner) ¢

Calcul degradare partiala
D;

Fig. 6.15. Schema logica pentru determinarea durabilitatii arborelui aplicand metoda
tensiunilor echivalente si criteriul Pamgren-Miner [Kun, Nes s.a., 2012]

In urma efectuédrii calculelor conform schemei logice din Fig. 6.15 pentru trei
valori ale razei de racordare, s-au obtinut urmatoarele tensiuni echivalente maxime
von Mises si Tresca (Tabelul 6.3), respectiv numerele de repetitii corespunzatoare
ale blocului de solicitare.

Tabelul 6.3. Rezultate obtinute in urma analizei durabilitatii arborelui aplicand metoda
tensiunilor echivalente [Kun, Nes s.a., 2012]

Raza N, N

.
L\lr;. concentrator OvM max OTr max (von Mises) (Tresca)
i [mm] [MPa] [MPa] [-] [-]

1 2 605,2 680,1 2338 2033
2 2,5 546,7 631,3 14268 12407
3 3,2 511,5 590,3 40352 35088

Analizand aceste rezultate se poate observa faptul ca odata cu cresterea
razei de racordare a concentratorului, atat varfurile de tensiune echivalenta von
Mises cat si Tresca scad. Implicit, odata cu scaderea tensiunilor echivalente,
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amplitudinile ciclurilor ce compun blocul de solicitare echivalent scad, ducand la
cresterea durabilitatii, atat conform von Mises cat si Tresca.

Dupa cum se mai observa din Tabelul 6.3, fata de rezultatele bazate pe
criteriul von Mises, in cazul calculelor efectuate pe baza criteriului Tresca s-au
obtinut valori ale tensiunii echivalente mai mari respectiv numere de cicluri pana la
rupere mai mici. Acest lucru deriva din faptul cd modelul Tresca este mai acoperitor
decat modelul von Mises.

In consecintd, conform ambelor criterii raza optima de racordare pentru care
durabilitatea se incadreaza in limitele prescrise, i.e. numarul minim de cicluri de
functionare N = 35000, atat pentru criteriul Tresca cat si pentru von Mises a fost de
3,2 mm.

6.4.2. Calculul durabilitatii arborelui prin aplicarea metodei
propuse de Feng si Titus

6.4.2.1. Prezentarea metodei propuse de Feng-Titus

Metoda propusa de Feng si Titus [Feng si Titus, 2007] a fost dezvoltata
pentru a servi la calculul si proiectarea echipamentelor nucleare, acolo unde este
necesard o precizie si siguranta maximd. In literaturd exista date experimentale si
metode de calcul suficiente pentru solicitdri monoaxiale. In ceea ce priveste
solicitéarile multiaxiale, teoria planelor critice este cel mai des aplicata, dar
necesitatea determinarii planului in care se produce solicitarea maxima complica
mult calculele. Pentru determinarea planului critic, este nevoie de o combinatie de
incercari si de conditii de incarcare, astfel abordarea aceasta nu este practica pentru
calculele ingineresti.

Autorii Feng si Titus propun deci o abordare pornind de la codurile de
proiectare ASME, ITER, FIRE si codul German. Toate aceste abordari se bazeaza pe
tensiunea echivalena Tresca pentru determinarea amplitudinii ciclului echivalent. In
ceea ce priveste determinarea tensiunii medii insa, nu exista a procedura pusa la
punct, din moment ce aceste metode sa aplicd cu precadere pentru echipamente
solicitate in domeniul oboselii cu numere mici de cicluri. Metoda propusa de Feng si
Titus se preteaza pentru calcule in domeniul numerelor mari de cicluri, oferind o
solutie pentru determinarea univoca a tensiunii medii, efectul careia neputand fi
neglijat in domeniul HCF.

Aplicarea acestei metode presupune parcurgerea urmatorilor pasi:

a. alegerea a doua momente reprezentative de timp A si B pe ciclul de
incarcare si citirea valorilor celor 6 componente ale tensorului tensiune in A
si B;

b. determinarea variatiei fiecarei tensiuni intre momentele A si B;

c. determinarea variatiilor celor 3 tensiuni principale pornind de la variatiile
celor 6 tensiuni determinate la pct. b. Determinarea cosinusilor directori ai
variatiilor tensiunilor principale;

d. calculul diferentelor dintre cate doua variatii de tensiuni principale;

e. determinarea amplitudinii echivalente drept jumatate din diferenta cea mai
mare dintre cele 3 variatii de tensiuni principale determinate la pct. c;

f. determinarea valorii medii pentru fiecare tensiune componentda intre
momentele A si B;

g. determinarea celor trei tensiuni prinicpale medii si ai cosinusilor directori
corespunzatori;
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h. determinarea tensiunii medii echivalente care este suma acelor doua valori
medii dintre cele determinate la pct. g. care au aceiasi cosinusi directori ca
si cele doua variatii ale tensiunilor principale a caror diferenta a dat
amplitudinea echivalenta determinata la pct. d;

i. construirea ciclului obtinut cu amplitudinea si tensiunea medie determinata;

j. transformarea ciclului obtinut fintr-un ciclu echivalent simetric folosind
schematizarea Soderberg;

k. determinarea numarului de cicluri pana la rupere din curba de oboseala a
materialului, pornind de la amplitudinea ciclului echivalent simetric.

Metoda prezentatd se poate aplica cu succes pentru o gama foarte larga de
solicitari, fie ele monoaxiale sau multiaxiale, proportionale sau neproportionale.
Exceptie prezinta aplicatiile unde materialul solicitat este fonta, fiindca in acest caz
mecanismul de degradare la oboseald nu este controlat de tensiunea tangentiala.

6.4.2.2. Transformarea spectrului de incarcare si determinarea
ciclului echivalent

Pentru aplicarea metodei propuse de Feng si Titus s-a realizat un program in
mediul MathCad, in care au fost importate variatiile celor 6 componente ale
tensorului tensiune pe tot parcursul ciclului de incarcare, pentru fiecare dintre cele 3
raze de racordare alese.

In cele ce urmeaza se va prezenta aplicare metodei pas cu pas pentru cazul
in care raza de racordare a concentratorului studiat este 3,2 mm. Pentru celelalte
doua raze de racordare calculele au fost efectuate in mod similar.

Studiind variatiile celor 6 componente ale tensorului tensiune, s-au ales
doua momente de timp de pe ciclu intre care variatia tensiunilor este cea mai mare,
asa cum se arata in Fig. 6.16.

3007
2401
1307
1207

60T

|
(=23
2

Tensiuni componente [MPa]

I
=
=]

- 1807

=240t

- 300+
E Timp [ms]

Fig. 6.16. Alegerea momentelor de timp reprezentative A si B de pe ciclul de solicitare
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Astfel, cele doud momente de timp de pe ciclu a fost alese ca fiind: ty = 25

ms respectiv

tg = 55 ms.

Intre aceste doua momente de timp s-a determinat variatiile fiecarei
tensiuni componente, dupa cum urmeaza:

=o0x,B~0x,A =49,419 MPa

Ox,a

Oy,a =0y,B~Oy,A= 158,541 MPa
Cz,a=0z,B-0z,A=126,304 MPa
Txy,a = Txy,B — Txy, A = 522,423 MPa
Tyz,a = Tyz,B ~ Tyz, A = 10,394 MPa
Tzx,a = %zx,B ~Tzx,A = 45,322 MPa

(6.5)

Pornind de la aceste valori au fost determinate variatiile corespunzatoare ale
celor 3 tensiuni principale, rezolvand sistemul de ecuatii asa cum se prezinta in
urmatoarea secventa din programul de calcul realizat in acest scop:

Iy ("'ax - Tay - ‘Taz)

IZ(U_x,n_y,U_z

Ia(u'_x,:r_y,ﬂ_z

I3(°’ax - Tay:Taz

3

a1l = %pag Ya2 =

vi=o_p" - Ii("ax’

Ij¢ox,o 9,0 2> =0 x+o_y+o =z

LT XY, T_YE , T_X2) =0_X OU_Y+0_ 3 02 +0_X O_Z —'r_xyz —'1'_3,;22 - 'r_xzz

I2(%ax - Tay - Taz - Taxy - Tayz - Tazx) = "

LT XY, T_Y2 , T X2 =0_X-0_Y 0O_2 + 2T_XY T_YZ T_X2 — U_x-f_yzz - :r__l,l--r_xz2 -o_2 - T_XY

: Taxy - Tayz - Tazx) = ¥

2
Tay - “az) Oy + Ig ("ax :Pay - %z - Taxy - Tayz - Tazx) ]

Tpa = DO lyroots<ud

Tpay Ta3 = Ppag

2z

-I3 ("ax :Pay - %az - Taxy - Taysz - "azx)

+

coeffs —

Fig. 6.17. Secventa de program in mediul MathCad pentru determinarea variatiilor tensiunilor

principale intre momentele A si B

Odata cu determinarea variatiei tensiunilor principale intre momentele A si B
au fost calculati si cosinusii directori corespunzatori fiecarei dintre acestea. In figura
de mai jos se exemplifica determinarea cosinusilor directori pentru variatia de

tensiune principala 1:
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k1 =8.5 14 =8.5 my =8.5

Given

ki'[“ax = Uai) 1 Tayt Ny Tamy =8
ki Taxy + 11'[Uay - l]'a1) +tmy Taye =8
Ky Tamx t 11 Tayz + mi'[Uaz i Uai) =8

2 2 2

kK“+11%+my~ =1

CosDiry,q = (Find(ki i '“1))

Fig. 6.18. Secventa de program in mediul MathCad pentru determinarea cosinusilor directori
corespunzatori primei variatii de tensiune principala intre momentele A si B

Au fost obtinute urmatoarele valori pentru variatiile de tensiune principala si
cosinusii directori:

k;=0,670
01,4 =630,262 MPa; 11 =0,741
my = 0,045
k> =0,025
02,5 =128,287 MPa; > =0,083 (6.6)
my = 0,996
k3 =0,742
03,5 = 424,285 MPa; I3 =-0,666
mz =-0,074

Urmatorul pas il constituie determinarea diferentelor intre cate doua variatii
de tensiune principala, astfel:

012,a = 01,3 — 02,5 = 501,976 MPa
023,a=92,a—903,a = 552,572 MPa (67)
031, =03, ~0l,a = -1054,574 MPa

Amplitudinea ciclului echivalent reprezinta jumatate din cea mai mare

diferenta dintre variatiile de tensiune principala. Secventa de program cu care s-a
realizat determinarea automata a acesteia este redata in figura de mai jos:
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max_gp = max (“]3.12 . T323 . Ua31)

min_gy, = min (Ua12 .97, cra31)

Opmax = | max_ o, if |ma.x_|:rl.| - |min_|::rl.

min_o,. otherwise

Tpmax
Ogech = 3 Oaech = 927.274

Fig. 6.19. Secventa de program in mediul MathCad pentru calculul amplitudinii ciclului
echivalent

Dupa cum se poate observa din Fig. 6.19, valoarea amplitudinii ciclului
echivalent este de c,.ech = -527,274 MPa.

Tensiunea medie echivalentd s-a determinat in mod similar cu amplitudinea
ciclului echivalent. Primul pas a fost calculul valorii medii fiecarei tensiuni
componente intre momentele de timp A si B de pe ciclul de solicitare, astfel:

_Ox,At0x,B _

ox,m = AZTXE - 61,096 MPa
+

oy m=YAYE - V.B _ _7,704 MPa
+

oz,m = w - _62,209 MPa

(6.8)

T +7T
exy,m = LA 2YE - 28,627 MPa

Tyz,A+t7%yz,B

Tyz,m = = 7,831 MPa

T +7
Tax,m w - 8,464 MPa

La determinarea tensiunii medii pentru ciclul echivalent trebuie tinut cont de
faptul cd aceasta tensiune se compune din suma acelor doud tensiuni principale
medii care au aceleasi perechi de cosinusi directori ca si variatiile de tensiuni
principale din care s-a determinat amplitudinea ciclului echivalent. Din moment ce
cosinusii directori ai variatilor de tensiune principald sunt deja determinati,
tensiunile medii se pot determina cu o relatie simplificata. Astfel, s-au determinat
tensiunile principale medii corespunzatoare fiecarei variatii de tensiune principala.
Au fost alese acele doua tensiuni principale medii, la care diferenta variatiilor de
tensiune principald corespunzatoare a dat amplitudinea ciclului echivalent. Secventa
de program scris in mediul MathCad care realizeaza automat aceste calcule este
prezentata in Fig. 6.20:
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: 2 2 2
Tmech = | “me < Tmx ka1® + Umy'lai + Oz Mgt 27m)(y ‘kag 1ag + 2“'myz Lag Mgy + 2 gy may kg
2 2 2
Tmee * Tmx Ka2” +Ony 1a2™ + Onz M327 + 2750 Kao 130 + 2Tnyz 132 Mo + 2705 ma0 ko
2 2 2
Tneee < Tmx Ka3” + Tmy 133% + oz ma3” + 27mxy ‘kaz-la3 + 27myz 1a3 ma3 + 2Tz a3 ka3
Tnm © Ome + Opee  if 2Taech =Ca12
Tnm < Omee * Omeee  if 2:Thech = Ta23

Tnm < Imeee T Ome  if 2 Gaech=%a31

re t urn  opp

Fig. 6.20. Secventa de program in mediul MathCad pentru determinarea tensiunii medii a
ciclului echivalent

Tensiunea medie determinatéa pentru cazul prezentat a fost de
Om,ech = -67,351 MPa.
Ciclul echivalent obtinut este prezentat in Fig. 6.21.

600

4501

6,=-527,274 MPa
3004 om=-67,351 MPa

1501

c [MPa]

300 350 400 450 300

0 S0 100 150 200 2

- 1501

- 3001

- 450

- 600
Timp [ms]
Fig. 6.21. Ciclul echivalent obtinut prin determinarea amplitudinii si tensiunii medii aplicand
metoda Feng si Titus

6.4.2.3. Determinarea numarului de cicluri pana la rupere

Ciclul echivalent obtinut in Fig. 6.21 necesita o transformare intr-un ciclu cu
grad de asimetrie de R = -1 pentru a poate fi folosit la determinarea numarului de
cicluri pana la rupere. Transformarea ciclului a fost realizata aplicand schematizarea
Soderberg:

oFs = Oa,ech
1_9m,ech (6.9)
Oc
unde ca.ecn reprezintd amplitudinea ciclului transformat, omecn tensiunea medie a

ciclului transformat, o. limita de curgere a materialului, iar ors amplitudinea ciclului
simetric obtinut. Ciclul simetric transformat este redat in Fig. 6.22:
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600y

450

3001 G,= -354,351 MPa
6 =0 MPa

150

50 100 150 200 50 300 350 400 450 500

o [MPa]

- 150y
- 3001

- 45k

- 600

Timp [ms]
Fig. 6.22. Ciclul simetric obtinut prin transformarea Soderberg

Ciclul obtinut in Fig. 6.22 poate fi acum folosit pentru determinarea
numarului de cicluri pana la rupere. Acest calcul a fost facut raportéandu-se la curba
de oboseald a materialului prezentat in Fig. 5.13. Numarul de cicluri pana la rupere
s-a determinat conform relatiei:

1

N, = [@JB (6.10)

unde A si B reprezinta coeficientii curbei de oboseala a materialului, avand relatia
(vezi Fig. 5.13):

y=A xB (6.11)

Numerele de cicluri pana la rupere obtinute pentru cele trei valori ale razei
de racordare a concentratorului de tensiune sunt redate in Tabelul 6.4.

Tabelul 6.4. Rezultate obtinute in urma analizei durabilitatii arborelui aplicand metoda propusa
de Feng si Titus

NF. Raza Ciclu echivalent Numar cicluri pana
crt. concentrator la rupere
r [mm] oa [MPa] R[-] N, [-]
1 2 -520,617 -1 4375
2 2,5 -500,037 -1 8072
3 3,2 -354,351 -1 51570

Rezultatele obtinute indica faptul cd asa cum era de asteptat, raza de 3,2
mm la concentrator produce durabilitatea cea mai mare a arborelui si totodata
singura care depaseste limita minima prescrisa de 35000 cicluri.
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6.4.3. Calculul durabilitatii arborelui prin aplicarea modelului
de oboseala multiaxiala propus

6.4.3.1. Transformarea spectrului de incarcare si determinarea
ciclurilor echivalente

Modelul de oboseald multiaxiala propus in Capitolul 4 este aplicabil pentru
solicitari mono sau multiaxiale cu amplitudine constanta. Acesta este motivul pentru
care spectrul de solicitare din Fig. 6.3 trebuie transformat astfel incat sa se ajunga
la variatii de tensiuni cu amplitudine constanta.

Astfel, s-a pornit de la descompunerea cu metoda picaturii a spectrului de
solicitare conform Fig. 6.13 si Fig. 6.14 si obtinerea a 14 cicluri simetrice
transformate cu criteriul Morrow, care compun blocul de solicitare pentru fiecare
dintre 6 tensiuni componente respectiv pentru fiecare dintre cele 3 raze ale
concentratorului.

Ciclurile simetrice obtinute au fost ordonate descrescator in functie de
amplitudinea lor si a fost determinata o amplitudine echivalenta ponderata cu
urmatoarea relatie [Kun, 2012a]:

Og; - ki

T

* .
_1
Og =

(6.12)
ki

[1ss

/

unde o, reprezinta amplitudinile ciclurilor componente, n este numarul total al
ciclurilor componente, iar k; este coeficientul de pondere care depinde de pozitia
ciclului component in lista ordonata dupa amplitudine si care se determina cu relatia
urmatoare:

ki = (nxp.q-i 0% (6.13)

unde nx reprezinta numarul de ordine al ciclului i in lista ordonata descrescator dupa
amplitudini.

6.4.3.2. Determinarea numarului de cicluri pana la rupere

Avand acum un spectru de solicitare compus din variatii de tensiuni cu
amplitudine constanta, s-au determinat valorile termenilor necesari pentru aplicarea
modelului propus conform relatiei (4.1). Din moment ce incdrcarea arborelui este
una proportionald (tensiunile normale si tangentiale sunt produse de aceeasi forta
exterioara), la determinarea amplitudinii celui de-al doilea invariant al tensorului
deviator de tensiune a fost posibila utilizarea relatiei directe:

vJ2a = \/é[(axa - Uya)z + (Uya - Uza)z +(0za - Uxa)z + 6(7)2<ya + T);za + T)%zaﬂ (6.14)

Presiunea hidrostatica oy, s-a determinat la randul cu relatia clasica:

Ox + 0Oy + 0z

3 (6.15)

Oh =
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S-a determinat astfel tensiunea echivalentd cu relatia (4.1), iar numarul de
cicluri pana la rupere s-a obtinut pentru toate cele 3 raze de racordare prin
raportarea la curba de oboseald a materialului 41Cr4 determinata experimental.
Rezultatele obtinute sunt prezentate in Tabelul 6.5.

Tabelul 6.5. Rezultate obtinute in urma analizei durabilitatii arborelui aplicand modelul de
oboseald propus

NF. Raza Ciclu echivalent Numar cicluri pana
crt. concentrator la rupere
r [mm] ca [MPa] R [-] N: [-]
1 2 431,69 -1 8339
2 2,5 409,82 -1 10954
3 3,2 350,92 -1 42840

Rezultatele obtinute indica faptul ca si de aceasta data raza de 3,2 mm la
concentrator produce durabilitatea cea mai mare a arborelui si totodata singura care
depaseste limita minima prescrisa de 35000 cicluri.

6.5. Analiza comparativa a rezultatelor obtinute si
validarea modelului propus

Durabilitatea arborelui supus la spectrul de solicitare prezentat in Fig. 6.3 a
fost analizata prin aplicarea a trei metodologii diferite (metoda clasica bazata pe
teoria tensiunilor echivalente, o metoda noua bazata pe extinderea abordarii clasice
spre solicitarile multiaxiale, respectiv modelul propus in aceasta lucrare) cu scopul
de a compara rezultatele. Numerele de cicluri pana la rupere pentru cele 3 raze de
racordare sunt prezentate in Fig. 6.23.

EO000
Evon Mises 51570
50000 A 2 Tresca
= Feng si Titus
40352
40000 4 2 Model propus
— 35088
.g :
S 30000 - :
= :
s ;
Z 20000 \
14268 )
<27 1095 \
10000 - V=== :
2338 2033 : s ,
T 0NN , - =
2 25 3.2

Raza concentrator [mm]
Fig. 6.23. Numerele de cicluri pana la rupere obtiunte in urma analizei durabilitatii arborelui
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In primul radnd, din Fig. 6.23 se poate observa faptul cd toate variantele de
calcul au condus la concluzia conform careia doar in cazul razei de 3,2 mm
durabilitatea arborelui se incadreaza in limitele prescrise. Din acest punct de vedere
modelul propus se afla in concordanta cu celelalte modele analizate.

In aceeasi figura se arata de asemenea ca numerele de cicluri determinate
cu modelul Tresca sunt intotdeauna mai mici decat cele determinate cu modelul von
Mises, adica modelul Tresca este mai acoperitor decat modelul von Mises, concluzie
confirmata de literatura de specialitate. In ceea ce priveste modelul propus, nu se
poate trage o concluzie clara dacd este mai acoperitor sau nu decat celelalte
modele, din moment ce in cazul razei de 2 mm da cea mai optimista predictie, iar in
cazul razei de 3,2 mm se dovedeste a fi mai acoperitoare decat modelul Feng si
Titus.

Modelul propus in aceasta lucrare a dat rezultate comparabile cu alte modele
acceptate in literatura de specialitate aplicate pentru acelasi caz de solicitare
multiaxiald. Este astfel intemeiata concluzia conform careia modelul propus poate fi
aplicat cu succes in cazul solicitarilor multiaxiale de oboseala cu numere mari de
cicluri.
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Cercetarile in domeniul oboselii multiaxiale sunt de mare actualitate. La ora
actuala nu exista o abordare unanim acceptatd in ceea ce priveste descrierea
degradarii la obosealda multiaxiald cu numere mari de cicluri, mai ales in cazul unor
incarcari neproportionale sau cu amplitudini variabile.

Lucrarea de fata scoate in evidenta unele particularitati ale aplicarii
modelelor de calcul la oboseala multiaxiala cu numere mari de cicluri. De asemenea,
in cadrul lucrarii se propune un nou model de degradare care este validat pe baza
unor date preluate din literatura, pe baza datelor experimentale obtinute de autor,
pe baza comparatiei cu alte modele existente, respectiv pe baza aplicabilitatii la
cazuri complexe de solicitare.

In urma cercetirilor efectuate in domeniul oboselii multiaxiale cu
numere mari de cicluri si prezentate in lucrarea de fata, se trag
urmatoarele concluzii:

e Domeniul oboselii multiaxiale este unul foarte vast, in care se fac cercetari
intense si la ora actuala pentru a descrie cat mai exact fenomenele care se
petrec in timpul unor incarcari dupa mai multe directii.

e Se face distinctia intre studiul oboselii in domeniul elasto-plastic, cu numere mici
de cicluri (LCF - Low Cycle Fatigue) si oboseala in domeniul exclusiv elastic, cu
numere mari si foarte mari de cicluri (HCF - High Cycle Fatigue, VHCF - Very
High Cycle Fatigue, GCF - Giga-Cycle Fatigue).

e Durabilitatea la obosealda multiaxiala cu numere mari de cicluri este descrisa in
literatura de specialitate printr-un numar foarte mare de modele matematice,
destinate luarii in calcul efectului multiaxialitatii. Aceste modele matematice au
aparut pentru ca simpla finlocuire a incarcarilor multiaxiale cu o incarcare
monoaxiala echivalenta nu ia in calcul efectele diferitelor directii si a
neproportionalitatii. In cadrul lucrdrii se realizeaza o trecere in revista si o
clasificare sintetica a acestor modele.

e In urma studiului efectuat asupra modelului propus de Bishop, s-a constatat c&
tensiunea echivalenta ,von Mises cu semn” produce predictii mai acoperitoare
decat tensiunea echivalenta Yokobori, bazat pe calculul unor coeficienti de
siguranta.

e Pe baza studiului influentei neproportionalitatii asupra tensiunii echivalente
calculate asupra modelului Findley, s-a constatat cd valoarea unghiului de
defazare are un impact mult mai mare asupra tensiunii echivalente decat
raportul frecventelor tensiunilor componente.

”

e S-a constatat ca atdt modelul von Mises cat si modelul ,von Mises cu semn
prezic planul critic ca cel fiind planul octaedric, in schimb modelul Findley
defineste un plan critic dat de o combinatie a tensiunilor. Nici celelalte trei
modele, Yokobori, Matake si McDiarmid nu coincid in predictia planului critic de
rupere, acesta fiind fie planul unde tensiunea tangentialad atinge o valoare critica
(Yokobori), fie planul in care amplitudinea tensiunii tangentiale atinge o valoare
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criticd (Matake, McDiarmid). In ceea ce priveste tensiunea echivalentd calculata,
s-a constat cd modelul ,von Mises cu semn” este cel mai acoperitor, dand o
tensiune echivalenta calculatd mai mare decat modelul Yokobori.

Rezultate apropiate s-au obtinut in cazul modelelor Matake si McDiarmid, avand
definitii apropiate. Un rezultat neasteptat este acela ca tensiunea echivalenta
calculatd cu modelul Yokobori este aproape identica cu tensiunea echivalenta
Matake, aceste doud modele fiind in concordanta cu toate ca definesc tensiunea
echivalenta in mod diferit.

S-a realizat caracterizarea experimentala a otelului 41Cr4 din punct de vedere
static si la oboseald, ridicAndu-se curbele caracteristice la intindere si torsiune
statica respectiv la oboseald la intindere si torsiune ciclicd. S-a constatat ca
tratamentul termic ales pentru imbunatatirea caracteristicilor a fost unul
corespunzator.

Pe baza rezultatelor incercarilor de obosealda multiaxialda efectuate in cadrul
stagiului de cercetare, la Miskolc, Ungaria, s-a evidentiat influenta
neproportionalitatii asupra durabilitatii materialului. Epruvetele supuse la
incarcari ciclice neproportionale (torsiunea defazata cu 90° fata de tractiune)
atingdnd numere de cicluri mai mici decéat cele supuse la incarcari proportionale,
cu aceleasi amplitudini.

A fost propus un nou model de degradare la oboseald multiaxiala cu numere
mari de cicluri, bazat pe invariantii tensiunilor. Modelul a fost validat pe baza
datelor experimentale din literatura de specialitate, pe baza datelor
experimentale proprii, pe baza comparatiei efectuate cu alte modele de
degradare, respectiv pe baza aplicarii asupra unui caz complex de incarcare
multiaxiala a unui arbore.

in urma validdrii modelului pe baza datelor experimentale din literatura de
specialitate, s-a constatat ca distributia erorilor relative o respecta pe cea
gaussiana, peste 80% din erori incadrandu-se in limitele £10%, respectiv erorile
relative generate de modelul propus sunt mai reduse decéat in cazul unor modele
consacrate, cum ar fi modelul Crossland.

in urma validarii modelului pe baza datelor experimentale proprii, s-a constatat
ca planul de rupere este corect prezis de model, pozitile determinate
experimental apropiindu-se intr-o masura corespunzatoare de valorile calculate.

Prin compararea tensiunii echivalente obtinute 1n cazul fncercarilor
experimentale multiaxiale, pe baza modelului matematic propus, respectiv pe
baza a altor 11 modele, s-a pus in evidenta reducerea considerabilda a erorii
relative in cazul modelului propus. S-a constatat ca modelul propus este in
general neacoperitor pentru cazurile de solicitare analizate, dar erorile relative
se incadreaza in limitele -10% si +12%, fiind cele mai reduse in comparatie cu
toate celelalte 11 modele cuprinse in studiu.

Modelul de degradare propus a fost aplicat asupra unui arbore, simulat in
programul de analizd cu elemente finite ABAQUS 6.9-3, supus unor incarcari
multiaxiale cu amplitudine variabila. In urma efectuarii analizei durabilitatii
arborelui pe baza a trei abordari diferite (cu teoria tensiunilor echivalente von
Mises si Tresca, cu metoda propusa de Feng si Titus, respectiv prin aplicarea
modelului propus), s-a constatat ca rezultatele obtinute cu modelul propus sunt
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in concordantd cu celelalte modele aplicate. Se valideaza astfel modelul propus
si In cazul unei aplicatii complexe.

Principalele contributii personale sunt urmatoarele:

e Realizarea unui studiu bibliografic, cuprinzand peste 30 de modele de degradare
aplicabile in cazul oboselii multiaxiale cu numere mari de cicluri si introducerea
unei noi clasificari a acestora pe baza parametrului de degradare.

e Realizarea unui numar de peste 10 de programe de calcul in mediul de
programare MathCad 14 cu scopul efectuarii unor studii de caz pe cicluri de
incarcare multiaxiale simulate. In urma acestor studii de caz s-au evidentiat
particularitatile aplicarii a peste 15 modele de degradare la oboseala multiaxiala
si au fost comparate modelele pe baza rezultatelor obtinute. S-a studiat
influenta amplitudinilor, tensiunilor medii, frecventei si a defazarii asupra
tensiunii echivalente, respectiv asupra pozitiei planului critic de rupere.

e Utilizarea unei metode noi pentru reprezentarea si compararea tensiunilor
echivalente si a variatiei parametrilor de oboseala multiaxiala, bazate pe
hodograful tensiunilor in coordonate polare.

e Dezvoltarea unui nou model de degradare la oboseald multiaxiald, bazat pe cel
de-al doilea invariant al tensorului deviator de tensiune si tensiunea hidrostatica.

e Dezvoltarea metodei grafice pentru determinarea amplitudinii celui de-al doilea
invariant al tensorului deviator de tensiune, printr-o transformare intr-un sistem
de coordonate Euclidian cu 5 dimensiuni.

e Definirea unei functii de pondere pentru corectarea efectului neproportionalitatii
asupra tensiunii echivalente calculate cu ajutorul modelului propus. Functia de
pondere are forma polinomiala si este definitéd pe baza unghiului de defazare.

e Elaborarea unui program experimental complex, pentru caracterizarea
materialului 41Cr4 din punct de vedere static (intindere si torsiune) si la
oboseald (intindere si torsiune cu cicluri simetrice), respectiv pentru studiul
influentei neproportionalitatii in cazul unor fincdrcari ciclice multiaxiale de
intindere cu rasucire, pe baza caruia s-a validat modelul propus de autor.

e Elaborarea unui program de calcul complex pentru calculul analitic al tensiunilor
si planelor caracteristice, pentru solicitéarile multiaxiale din programul
experimental. Programul de calcul este complet parametrizat, determina
automat tensiunile reprezentative si planele caracteristice pe care acestea
actioneaza. De asemenea, in program s-au implementat 11 modele de
degradare la oboseala cu numere mari de cicluri, cu scopul de a le compara intre
ele si cu modelul propus.

e Validarea modelului de degradare propus prin aplicarea acestuia pe cazurile de
incarcare alese in cadrul programului experimental multiaxial, respectiv in cadrul
programului de calcul. Compararea erorilor relative obtinute cu modelul propus
respectiv celor generate de cele 11 modele implementate in programul de calcul.
Analizarea corelatiei intre pozitiile planelor de rupere determinate experimental,
repsectiv valorile determinate analitic cu programul de calcul.

e Elaborarea unui program de calcul pentru prelucrarea spectrului de solicitare cu
amplitudine variabila la care este supus un arbore, aplicAnd metoda picaturii
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propusd de Endo pentru numararea ciclurilor, respectiv teoria de acumulare a
degradarii Palmgren-Miner.

Elaborarea unui program pentru analiza starii de tensiune si construirea
tensorului tensiunilor in zona cu concentrator al arborelui, dupa ce spectrul de
solicitare a fost aplicat modelului cu elemente finite al arborelui.

Determinarea durabilitatii arborelui prin aplicarea paralela a urmatoarelor
metode: teoria tensiunilor echivalente (modelele von Mises si Tresca), metoda
propusa de Feng si Titus, respectiv prin aplicarea modelului propus.

Dezvoltarea unei proceduri originale pentru determinarea numarului de cicluri
pana la rupere in cazul arborelui, bazat pe o noua formula pentru echivalarea
amplitudinilor ciclurilor care compun spectrul de solicitare respectiv pe baza
modelului de degradare propus.

Validarea modelului de degradare propus prin comparatia numerelor de cicluri
obtinute cu cele trei metode aplicate.
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