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Cuvant Tnainte

Teza mea de doctorat a fost elaborata pe parcursul activitatii de cercetare
desfasurata in cadrul Departamentului de Mecanica si Rezistenta Materialelor al
Universitatii ,Politehnica” din Timisoara.

Lucrarea trateaza problema ruperii fragile in modul mixt I/II a materialelor
poliuretanice in prezenta concentratorilor de tensiune, materiale utilizate astazi pe
scara larga in aplicatiile industriale. In prima parte a lucrarii sunt prezentate
rezultatele incercarilor experimentale efectuate pentru determinarea caracteristicilor
mecanice, elastice si de mecanica ruperii ale doua materiale poliuretanice cu
densitati diferite. Doua tipuri de epruvete au fost utilizate pentru realizarea testelor
de mecanica ruperii: epruvete semidisc cu concentrator singular de tensiune de tipul
fisura si epruvete dreptunghiulare cu concentrator nesingular de tensiune de tipul
crestatura U, pentru patru valori diferite ale razei la varful crestaturii. Prin
adecvarea conditiilor de incercare au fost realizate sase combinatii diferite intre
modul I si I de solicitare.

Conditiile critice ale ruperii fragile sunt estimate in lucrare pe baza calculului
tensiunilor, respectiv pe baza calculului energiei de deformatie. In acest scop, sunt
utilizate criteriul tensiunii circumferentiale maxime (criteriul MTS) formulat de F.
Erdogan in 1963 si doua modificari recente aduse acestuia, si anume: generalizarea
criteriului MTS (criteriul GMTS) prin considerarea efectului tensiunilor nesingulare T
propusa de D.J. Smith (2001) si extinderea criteriului MTS pentru cazul
concentratorilor nesingulari de tensiune (criteriul UMTS) formulata de M.R.
Ayatollahi (2009). De asemenea, sunt implicate criteriul energiei specifice de
deformatie minima (criteriul SED) formulat de G.C. Sih (1974) si criteriul valorii
medii a energiei specifice de deformatie (criteriul SED medie) propus in lucrarile
publicate de P. Lazzarin (2001, 2005) si F.J. Gomez (2007). Rezultatele obtinute
sunt prezentate in forma diagramelor de rupere si a diagramelor de variatie a
unghiului critic de initiere a ruperii. De asemenea, predictiile fortei critice de rupere
sunt prezentate prin comparatie cu rezultatele experimentale. O serie de
recomandari privind acuratetea si aplicabilitatea criteriilor analizate sunt formulate
in baza acestor rezultate.

In final, este investigatd influenta modului mixt de solicitare asupra
traiectoriei fisurilor la ruperea epruvetelor semidisc. Simularea numerica a
propagarii fisurilor este realizata utilizdnd doua tehnici, si anume: propagarea
cvasiautomata a fisurilor cu pachetul software FRANC2D/L si propagarea interactiva
a fisurilor cu pachetul software Abaqus 6.5. Lucrarea se incheie cu o prezentare a
principalelor rezultate si a contributiilor personale.

Timisoara, decembrie 2012 Hannelore-Elfride FILIPESCU
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Rezumat,

Lucrarea este dedicata studiului ruperii fragile in modul mixt I/II
pe materiale poliuretanice in prezenta concentratorilor de
tensiune. In prima parte sunt prezentate rezultatele testelor
experimentale efectuate pentru determinarea caracteristicilor
mecanice, elastice si de mecanica ruperii. Comportamentul
materialelor poliuretanice la ruperea fragilda fin prezenta
concentratorilor de tensiune este evaluat pentru doud tipuri de
epruvete utilizand mai multe criterii de rupere. O serie de
rezultate importante sunt prezentate si analizate: diagramele de
rupere, diagramele de variatie a unghiului critic de initiere a
ruperii si predictiile fortei critice de rupere. Fundamentate pe
aceste rezultate, sunt formulate o serie de recomandari privind
acuratetea si aplicabilitatea criteriilor analizate. De asemenea,
sunt estimate prin simulare numerica cu metoda elementului finit
traiectoriile de propagare a fisurilor. Ultimul capitol prezinta
principalele rezultate si contributiile personale.
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1. Stadiul actual al cercetarilor privind evaluarea
conditiilor critice ale ruperii fragile

1.1. Importanta cedarilor prin rupere fragila in inginerie

Cedarea este definitd de Pana [2000] ca “starea in care o structurd sau o
componentad a unei structuri devine neutilizabila sau necorespunzatoare scopului
pentru care a fost proiectatd". Termenul de cedare este folosit si pentru a
caracteriza un material aflat in stare de rupere, de curgere generalizata sau in
conditiile de propagare instabila a unei fisuri preexistente.

In general, cedarea componentelor mecanice se produce printr-unul din
urmatoarele moduri (Stephens [2001], Taylor [2007]):

. cedarea prin deformare excesiva elastica sau plastica;

. cedarea prin rupere ductild desemneazad cedarea cauzatd de producerea
deformatiilor plastice la nivel macroscopic, prin depdsirea limitei de curgere a
materialului pe o portiune importanta a sectiunii, care au ca rezultat ruperea sau
modificarea formei componentelor structurale;

. cedarea prin rupere fragila este rezultatul propagarii instabile a unei fisuri
preexistente sau a unei fisuri initiate la varful unui concentrator de tensiune,
propagarea fisurii fiind insotita de reguld de deformatii plastice foarte mici.

. ruperea prin oboseald este rezultatul actiunii sarcinilor variabile in timp,
propagarea fisurii de oboseala fiind insotita de deformatii elastice reduse (obosealad
in domeniul durabilitatilor mari);

. ruperea prin fluaj reprezintd un mod de cedare specific componentelor
structurale care lucreaza la temperaturi mari si consta in producerea de deformatii
plastice importante sub actiunea statica indelungata a sarcinilor de exploatare;

. ruperea datorata coroziunii este un mod de cedare treptatd, caracterizat
prin initierea si propagarea unei fisuri ca rezultat al actiunii conjugate a mediului
coroziv si starii de tensiune produsa de sarcinile aplicate;

. uzura desemneaza cedarea cauzata de interactiunea dintre doud suprafete
in contact in miscare relativa.

Distrugerile cauzate de cedarea componentelor structurale sau structurilor

prin rupere fragila sunt importante, cateva cazuri larg mediatizate fiind amintite aici:

. distrugerea prin rupere fragila in ianuarie 1919 a unui imens rezervor de
melasa al unei distilerii din Boston;

. avariile suferite de navele Liberty si tancurile petroliere T2 in timpul celui
de-al doilea razboi mondial, vase realizate prin sudare din oteluri cu rezistenta
medie;

. accidentele catastrofale ale avioanelor Comet in perioada 1952-1954
cauzate de cedarea fuselajelor prin cresterea rapida a fisurilor aparute in zona
hublourilor;

In acest context, in cea de-a doua jumatate a secolului XX, a aparut o disciplina
noua, numita mecanica ruperii, avand drept obiect de studiu analiza experimentala
si teoretica a comportamentului structurilor in prezenta fisurilor. Dezvoltarea
mecanicii ruperii s-a bazat pe rezultatele obtinute in diverse domenii de cercetare



(fizica solidului, teoria elasticitatii si plasticitatii, analiza numerica, etc.), contributiile
majore in domeniu fiind urmatoarele (Pana [2000], Saouma [2000]):

. pe baza unui studiu teoretic si experimental realizat pe bare din sticld,
Griffith [1921] explica reducerea rezistentei de rupere a materialelor perfect fragile
prin procesul de dezvoltare a defectelor;

. Griffith [1924] formuleaza bilantul energetic dintre energia eliberatd prin
introducerea unei fisuri si energia necesara pentru crearea suprafetelor libere in
solide;

. Westergaard [1939] introduce functia complexa de tensiune Z(z) si obtine o

expresie pentru campul tensiunilor si deplasarilor de la varful fisurii;

. investigdnd ruperea metalelor Irwin [1948] completeaza bilantul energetic
formulat de Griffith cu energia consumata pentru formarea zonelor plastice de la
varful fisurii si propune un nou criteriu de rupere introducénd conceptul de forta de
extensie a fisurii G, Irwin [1956];

. Irwin [1957] introduce notiunea de factor de intensitate a tensiunii K in
exprimarea campului tensiunilor si deplasarilor de la varful fisurii;

. Paris [1961] propune prima ecuatie empirica care exprima viteza de
propagare a fisurii de oboseala in functie de variatia factorului de intensitate a
tensiunii;

. pentru caracterizarea comportarii neliniare a materialului in zona de la
varful fisurii Wells [1963] utilizeaza deplasarea de deschidere la varful fisurii CTOD,
iar mai tarziu Rice [1968] introduce conceptul integralei J ;

. Erdogan [1963] introduce primul criteriu pentru evaluarea propagarii in
modul mixt a unei fisuri si anume criteriul tensiunii circumferentiale maxime.

Actualitatea si importanta problemei cedarii prin rupere fragild la solicitari
statice a componentelor structurale este dovedita si prin numarul extrem de mare al
lucrarilor stiintifice publicate si indexate in bazele de date ale editurilor de prestigiu:
ScienceDirect-Elsevier peste 78700 titluri, respectiv SpringerLink peste 35400de
titluri. Acestora li se adauga numeroasele monografii publicate (Janssen [2004],
Gdoutos [2005], Anderson [2005], Dumitru [2001], Taylor [2007], Constantinescu
[2003], Cotterell [2010], Saxena [1998], Shukla [2005)] si conferintele
internationale organizate periodic in domeniul mecanicii ruperii (International
Conference on Fracture ICF, European Conference on Fracture ECF, Fracture and
Damage Mechanics FDM; New Trends in Fatigue and Fracture NT2F, Crack Paths
CP). Tendintele actuale in domeniul mecanicii ruperii, relevate de continutul stiintific
al lucrarilor publicate, pot fi sumarizate astfel:

. perfectionarea metodelor de calcul a parametrilor de mecanica ruperii G , K
si J;

. utilizarea metodelor numerice in evaluarea parametrilor de mecanica ruperii
G, K, J siin predictia traiectoriei de propagare a fisurilor;

. formularea unor criterii noi de estimare a conditiilor critice ale ruperii pentru
modurile mixte de solicitare;

. utilizarea conceptelor mecanicii ruperii pentru evaluarea comportarii
materialelor si structurilor la solicitari variabile;

. imbunatatirea metodelor de determinare a tenacitatii la rupere pentru
materiale avansate (materiale compozite, nanomateriale, materiale cu proprietati
gradate functional);

. modificarea criteriilor de rupere aplicabile corpurilor cu fisuri astfel incat sa
permitd evaluarea ruperii componentelor structurale cu concentratori de tensiune
nesingulari.



1.2. Notiuni introductive de mecanica ruperii liniar elastice
1.2.1. Campul tensiunilor elastice in vecinatatea varfului fisurii

Modul in care se extinde o fisura depinde de starea de tensiune realizata in
solidul solicitat. Dupa miscarea relativa a suprafetelor de rupere, situate de o parte
si de a planului in care se propaga fisura, extinderea acesteia are loc in urmatoarele
trei moduri simple (fig. 2.1):

. modul I - fisura se extinde prin deschiderea suprafetelor de rupere;

. modul II - fisura se extinde prin lunecarea frontald a suprafetelor de rupere;

. modul III - fisura se extinde prin lunecarea laterala a suprafetelor de
rupere. Oricare mod mixt se poate exprima printr-o combinatie a celor trei moduri
simple. Pentru fiecare dintre cele trei moduri simple se defineste cate un factor de
intensitate a tensiunii Ky, Kjr, Ky, un parametru important in mecanica ruperii

liniar elastica.

—=7

Fig. 1.1. Modurile simple de propagare a fisurii

Cu referire la problema bidimensionald, se considera o fisura strapunsa de lungime
2a intr-un corp omogen, izotrop si liniar elastic (fig. 1.2). Campul tensiunilor
elastice intr-un punct de coordonate (r,8) din vecintatea varfului fisurii (r<a)
poate fi descris prin componentele oy, 0, si Ty, exprimate in sistemul de

coordonate carteziene (Westergaard [1939]):

Kr 9( B . 39] K . 9[ 6 39] (1/2)
Oy = cos—|1-sin—=sin— |- sin—|2+cos—cos— |+ T +0|r
= oar 2 27 2 [2nr~ 2 2 2

Ky 36 36

oy = cosg(1+singsin—j+&sin2cosgcos7+o[r1/2j (1.1)

Janr 2 2 2 Janr 2 2

K1 cosgsingcosﬁ+ Kt cos%[l—sin%sin%j+0(rl/2),

= 2 27292 T 2ar




CU Tyz=Ty;=0 §i 0,=0, pentru starea pland de tensiune, respectiv
0, = v(o, + 0g) pentru starea plan& de deformatie.
Deplasarile dupa directiile axelor de coordonate sunt exprimate prin:

1 1
u:ﬁ I Zcosg K—1+25in22 +M I 25,-,_,2 K+1+2CO$22
2G| 2n 2 2 2G| 2n 2 (1.2)

1 1
v KL T2 G 120028 K| 712 (05O 1 2sin2 8]
2G| 2n 2 2 2G| 2n 2 2

in starea plana, deformatiile specifice unghiulare Yyz =Yzx =0, iar deformatia
specifica liniara €, =0 pentru starea plana de deformatie si €, :—v(ox+ay)/E

pentru starea pland de tensiune. In expresiile (1.2) G reprezintd modulul de
elasticitate transversala, k=3-4v pentru starea pland de deformatie si

K =(3-v)/(1+v) pentru starea plan de tensiune, cu v este coeficientul lui Poisson
(coeficientul de contractie transversald) si £ modulul de elasticitate longitudinala.

\ 1/ T

- —
TXH ?—r-
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r
* T
&
\ . . X
a flsurd

Fig. 1.2. Componentele tensiunilor elastice in vecinatatea varfului fisurii (problema plana)

Expresiile (1.1) mai contin parametrii K;, Kj; care caracterizeazd campul

tensiunilor si deplasarilor din vecindtatea frontului fisurii, denumiti factori de
intensitate a tensiunii corespuzétori celor trei moduri simple de extensie a fisurii. In
aplicatiile practice, expresiile factorilor de intensitate a tensiunii contin parametri ce
caracterizeaza dimensiunea fisurii, geometria corpului si starea de solicitare; in
monografiile lui Tada [1985] si Murakami [1987], [1992] sunt prezentate expresiile
acestora pentru o mare diversitate de configuratii geometrice si tipuri de incarcari.
Daca campul tensiunilor elastice in vecindtatea varfului fisurii este cunoscut, de
exemplu in urma analizei cu elemente finite, atunci o definitie formald a factorilor de
intensitate a tensiunii este data prin relatiile:

Ky = lim oyN2nr, K = lim Ty,20r . (1.3)
r—0 r—0 )

Deseori, in aplicatiile practice este utila exprimarea tensiunilor in sistemul de
coordonate polare (Smith [2006]):



cosg 1+sin22 +&cosg zsinG—Zt‘an2 +Tc0529+0(r1/2)
2 2 N2nr 2\ 2 2
K1 36 _Kun 3

—cosgsin6+Tsin29+O(r1/2) (1.4)
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0 Janr 2 J2nr 2

T,-QZLCOSQSI'HQ+ K cosg(3cose—1)—Tsin9cose+0(r1/2)
2J2nr 2 2J2nr

Din examinarea relatiilor (1.1) se observa ca toate componentele starii de
tensiune prezinta discontinuitati la varful fisurii, adica pentru r =0, din cauza

termenului singular 1/\/2nr. Aceasta singularitate este dominanta in imediata

vecinatate a varfului fisurii, pentru fiecare mod in parte. Termenul nesingular T
reprezinta tensiunea constanta care actioneaza paralel cu directia fisurii, numit

12 gunt neglijabili in vecinatatea

tensiune T, iar termenii nesingulari de ordinul r
varfului fisurii.

In realitate tensiunea nu este infinitda la varful fisurii, materialele reale
manifestdnd efecte de plasticitate datoritd concentrarii puternice a tensiunilor si
deformatiilor. Se formeaza astfel la varful fisurii o zond deformata plastic (enclava
plastica) ale carei forma si dimensiuni depind de starea de tensiune si deformatie.
Daca raza zonei plastice de la varful fisurii este relativ mica in comparatie cu
celelalte dimensiuni geometrice, factorul de intensitate a tensiunii se poate utiliza in
forma datd de mecanica ruperii liniar-elastice in regiunea de la varful fisurii
denumitd zona de dominanta a factorului de intensitate a tensiunii.

Considerati parametri esentiali Tn mecanica ruperii liniar elastica, factorii de

intensitate a tensiunii Ky, Ky caracterizeaza cdmpul tensiunilor si deplasarilor din

vecinatatea frontului fisurii Tn zona de dominanta. Acestia controleaza
comportamentul fisurii determinandu-i stabilitatea, traiectoria si viteza de
propagare.
Evaluarea factorilor de intensitate a tensiunii pentru o aplicatie data, deseori
o problema dificila, se poate face prin metode analitice - metoda aproximatiilor
asimptotice, metoda transformarilor conforme, metoda transformarilor integrale,
prin metode numerice sau prin metode experimentale - fotoelasticitate
(Constantinescu [1999]), tensometrie electrica rezistiva (Dally [1986]), corelare de
imagini digitale (Dudescu [2009]), termoelasticimetrie (Marsavina [2004]).
Introducerea metodelor numerice (metoda elemetului finit Zienkiewicz

[1977], Blumenfeld [1995], Rao [2005], Faur [2002], metoda elementelor de
granita, Brebbia [1980], [1989]) in analiza campului tensiunilor si deplasarilor
elastice in vecinatatea varfului fisurii a condus la dezvoltarea tehnicilor de extragere
a parametrilor de mecanica ruperii, in particular a factorului de intensitate a
tensiunii si a tensiunii nesingulare T, din rezultatele numerice. Pentru extragerea
factorului de intensitate a tensiunii sunt utilizate frecvent urmatoarele tehnici,
implementate in pachetele software comerciale:

. metoda corelarii deplasarilor, Chan [1970], Shih [1976];

. metoda integralei J, Cherepanov [1967], Rice [1968], Ishikawa [1980];

. metoda extensiei virtuale a fisurii, Rybicki [1977], Ramamurthy [1986],
Raju [1987], Singh [1998].
Metoda integralei J este implementata in pachetul software Abaqus 6.5 pentru
extragerea termenului nesingular T .



1.2.2. Campul tensiunilor elastice in vecinatatea varfului
concentratorilor de tensiune nesingulari (crestatura V rotunjita,
crestatura U)

Prima fincercare de a descrie intr-o forma analiticd campul tensiunilor
elastice in vecinatatea unui concentrator de tensiune nesingular fii apartine lui
Creager [1967], pentru o crestatura adanca si subtire cu raza la varf mica. Dupa
solutia lui Creager campul tensiunilor este similar cu cel al unei fisuri, al carei varf
ascutit este plasat in punctul aflat la distanta p/2 fata de centrul de curbura al

crestaturii rotunjite. Glinka [1985], [1987] a modificat solutia lui Creager propunand
0 expresie noua pentru factorul de intensitate a tensiunii K .

& r og
_an-2a
" Tre
_ Jra
S q- & v =f

Fig. 1.3. Geometria concentratorului de tensiune in abordarea lui Filippi [2002]

Adoptadnd metoda functiilor de variabila complexa pentru determinarea
distributiei tensiunilor elastice la varful unui concentrator de tip crestatura (fig. 1.3),
Filippi [2002] propune doua functii analitice de forma:

(z)=az’+dz! , w(z)=bz*+cz¥ (1.5)

unde coeficientii a, b, ¢, d sunt complecsi, exponentii A, gy sunt reali, A>0 si
A > p . Filippi impune conditiile la limita intr-un sistem de coordonate curbilinii u si
v (fig. 1.4), cu relatia de transformare a coordonatelor:

O z=wa —(u+iv)? (1.6)

unde coeficientul real g primeste valori in intervalul: 1 (in lipsa concentratorului) si
2 (cazul fisurii). Curba definita prin conditia u =0 in sistemul de coordonate
curbilinii descrie in (x,y) un unghi ascutit la varf egal cu 2a

2a=n(2-q) , (1.7)

X+iy =re



iar curba u =up, corespunzatoare flancurilor libere ale concentratorului, prezinta la

varf o raza de curburd p (la nivelul intersectiei cu axa x, unde rp = ug ):

q
_9% _arno (1.8)
g-1 qg-1
Deoarece flancurile crestaturii sunt libere de sarcini, conditiile la limita impuse sunt:
(UU)U:UO =0, (TLIV)u:uO =0 . (1.9)

Fig. 1.4. Sistemul de coordonate curbilinii pentru impunerea conditiilor la limita

Din cauza numarului redus de parametri ai functiilor de tensiune alese, conditiile la
limitd nu pot fi satisfacute in intregime de-a lungul flancurilor libere ale crestaturii.

(UU)”:L’DZ (cr,-)r:,b: 0, (TUV)U:U(J: (Tre)r:ro: o,
v=0 6=0 v=0 6=0

oo oo
b - _ETI‘Q =0,
ov = 0 06 q r=r

u 0
% 6=0
[arw]

oT
r9 _509 o0,
q r=rp (1.10)
-0
(Uu)u:uo + (Uu)u:UD =0 = lim (rl—uaej +  lim (rl—uae) =0,
vV<<-Vg vV>>Vp r—ow r—ow
6->-qn/2 6->+qgn/2
. 1- . 1-
(Tuv)u:uo *(Tuv)u:u(y =0 = |im (r ”Trej - lim (r IJTrG) =0.
V>>vg V<<-Vg r—oo r—oo
0—>+qn/2 6->-qn/2
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Astfel, Filippi le simplificd considerdnd ca (1.9) trebuie satisfacute suficient de
departe de zona de la baza concentratorului unde termenii de exponent u sunt
lipsiti de sens, iar campul tensiunilor trebuie sa fie descris cu exactitate in
apropierea concentratorului (iar de aici, primii doi termeni ai dezvoltarii in serie de-a
lungul flancurilor, asociati tensiunilor o, si 71,,, trebuie sa fie egali cu zero). De
asemenea, Filippi a impus ca tensiunile de intindere sa fie nule la distanta de varful
cretaturii, pentru componentele de exponent y, rezultédnd in final relatiile (1.10).

Solutionarea in detaliu a problemei se gaseste in lucrarea lui Filippi [2002],
pentru modul mixt I+II tensiunile in zona concentratorului fiind date de relatiile
pentru modul I:

% (1+ Ag)cos(1- A )0 cos(1+ A7)0
op = Arr’Tag (3 - Ag)cos(1 - Ag )0+ xb, (1~ A1 ) ~cos(1+ Ar)e
re (- Ag)sin(1-Ar)e sin(1+ A7)8
(1.11)
g [ r ],Uz A1 (1+ pp)cos(1- )6 cos(1+uy)8
YHa-\n Xay|(3 - p1)cos(1 - p1)8 | + X |- cos(1+ )6
Ha- i (1-py)sin(1-p1)6 sin(1+ ;)6
si pentru modul II:
% (2+Az)cos(1-A2)0 cos(1+Az)8
o + = A2r"27lay| (3 - A)cos(1- A2 )8 + Xb, (1~ Az ) —cos(1+ Az )e
7r (- Az)sin(1- Az )6 sin(1+ A )8
(1.12)
q [ Juz A2 (2+p2)cos(1-pz)6 cos(1+ )6
"ag-Dln Xdy{(3—12)cos(1- )0} + Xc,1—cos(1+ 3 )0
Ha- i (1-p2)sin(1-p2 )6 sin(1+u>)8

unde A; si Ay sunt primele valori proprii (dominante pentru starea de tensiune din
zona concentratorului) ale ecuatiilor (*+” pentru modul I si “-” pentru modul II):

sin(Agn)+ Asin(gn)=0 . (1.13)

iar ceilalti coeficienti din relatiile (1.11) si (1.12) au solutiile exacte obtinute de
Lazzarin [1996], Atzori [1997], Filippi [2002].

Din relatiile (1.11) si (1.12) se observa ca tensiunile din zona crestaturii
sunt determinate cu exceptia constantelor a; si ay . Filippi [2002] exprima aceste

constante prin intermediul factorilor de intensitate a tensiunii pentru crestatura V:
KYP — A 2mft+ A+ xp, (1= Alor » KYP = —ap2n((1- A)+ xb, (- A2)b2  (1.14)

definiti de Gross [1972]. Lazzarin [2006] propune o forma generala a factorilor de
intensitate a tensiunii pentru crestaturile rotunjite la varf si modul mixt de solicitare,
considerand tensiunea la o distantd potrivita de varful concentratorului:

(Tr6)9:0 ri=A2

H2-42 (1.15)
1+wy —
0

2n

1-Aq
K}/p - 2n (00)g_o "

H1=A1 I B
r
1+w1[]
o
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cu expresiile pentru w; si wy:

q [ Xd1(1+/‘11)+XC1

4(q-1)| 1+ A+ Xbl(l—/\l)} ’

Wy =
(1.16)
w0y -1 [ Xd,(1-H2)- Xe,
4(/./2 - l)tl -A+ sz(l + Az)
Daca se introduc urmatoarele functii de argument 6
fa , (1+ A7)cos(1- A7)0
frt= (3 - A7)cos(1- A1)8
fg| 1TALT Xby (1= A1) (1- Ap)sin(1- Ay)@
1.17
(1+ Al)cos(l ae)] )
+1(3 - Ag)cos(1- A;)6
(1-Ag)sin(1-A;)8
Si
(]}
9r (= !
gre 4(q - 1)[1 + Al + Xb1 (1 - Al)]
(1.18)
(1+ pq)cos(1- ;)6 cos(1+11)8
| Xd;{(3 = p1)cos(1 - p1)0} + X {- cos(1+ u1)6 |,
(2 - pg)sin(1- )6 sin(1+ )6
expresiile (1.11) si (1.12) se pot scrie in forma sintetica:
I 1)
Og ) KVP fo P\ A 96
I
or = vy fr +[r—j gr - pentru modul I, (1.19)
Tre vanr 0 gre] |
Si
i ()
Og ) (VP fo L \H2-2 |98
I
o = e fr +[r—J ar - pentru modul II, (1.20)
Tre vanr fro 0 gre| |

Dupa cum demonstreaza Filippi [2002], solutia (1.19), (1.20) este de mare

generalitate.

Pentru o crestaturda V singulara,

adica p=0, aceasta este in

concordanta cu solutia lui Williams [1952], [1957]. Daca deschiderea unghiulara a

concentratorului 2a =0,

atunci solutia se dovedeste a fi exact solutia data de

Creager [1967]. In cazul p=0 si 2a =0 campul tensiunilor in zona din vecinitatea
concentratorulu este practic identic cu solutia lui Irwin [1957].
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1.3. Metode si criterii de evaluare a conditiilor critice ale
ruperii fragile

Ruperea fragila reprezintd un mod frecvent de cedare mecanica a
componentelor structurale in prezenta concentratorilor de tensiune singulari (fisura
sau crestatura V ascutitd) sau nesingulari (crestdtura V rotunjita, crestatura U,
etc.). Aceasta se poate produce intr-unul dintre modurile simple de solicitare I, II
sau III sau intr-un mod mixt, o combinatie intre modurile simple, frecvent in modul
mixt I+II. Deoarece prezenta acestor discontinuitati geometrice este inevitabil3,
stabilirea conditiilor critice ale ruperii fragile devine un obiectiv important al practicii
ingineresti.

In literatura stiintifica, ruperea fragila in modul mixt este investigata atat
teoretic, utilizand diferite criterii de rupere, cat si experimental prin incercari
mecanice adecvate aplicatiei. Pentru ca cercetarile experimentale conduse pe
componente structurale reale sunt costisitoare si deseori dificil de realizat, sunt
preferate investigatiile experimentale pe epruvete. Acestea sunt astfel proiectate
incat, in zona concentratorului de tensiune, sa permita reproducerea campului de
tensiune si deformatie din componenta reala.

In acest paragraf, in continuare, sunt prezentate pe scurt criteriile de
rupere, tipurile de epruvete si materialele utilizate frecvent in investigarea ruperii
fragile: criteriul factorului critic de intensitate a tensiunii Kj., criteriul MTS si

variantele modificate GMTS si UMTS; Teoria Distantelor Critice; criteriul SED si
criteriul SED medie; criteriul fisurii virtuale critice; metoda volumetrica si modelul
zonei coezive.

Criteriul factorului critic de intensitate a tensiunii K}/C a fost

formalizat pentru cedarea prin rupere fragild a corpurilor cu crestaturi V ascutite:

> KY

v
K Ic, Ilc, ITic (1.21)

I, 11,1 =

prin analogie cu cazul corpurilor cu fisuri. Conform conditiei (1.21) o fisura se va
initia si se va propaga de la varful unei crestaturi V ascutite atunci cand valoarea

factorului de intensitate a tensiunii K" atinge o valoare critica K‘C/ determinata
experimental, dar care depinde de deschiderea unghiulara a crestaturii si are unitate
de masura exprimata prin [MPa~mA]. Criteriul a fost utilizat pentru studiul initierii

ruperii fragile pe epruvete DENT (double edge notch tensile) si SENB (single edge
notch bending) solicitate la incovoiere in patru puncte de Dunn [1997], [1997a];
toate epruvetele au fost realizate din PMMA. Pentru a depasi inconvenientul legat de

determinarea experimentald a factorului critic K(‘;/, Seweryn [1994] a modificat
criteriul pentru modul I de solicitare, exprimand valoarea critica K}/C ca o functie de

tenacitatea Kj. si rezistenta la rupere oy :
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2
ZKIC] (1.22)

%
KY >(1—A1)ac[
or
Incercarile experimentale conduse in modul I de solicitare au fost efectuate pe
epruvete cu crestatura V ascutitd, realizate din PMMA si duraluminiu.

Criteriul tensiunii circumferentiale maxime sau criteriul MTS (maximum
tangential stress) a fost formulat de Erdogan [1963] pentru evaluarea ruperii fragile
a corpurilor cu fisuri, iar ipotezele care stau la baza Iui se pot enunta astfel:

(i) initierea la propagarea fisurii se produce in directia radiala determinata
prin unghiul polar 6 = 6y, la care tensiunea circumferentiala og devine maxima;

(ii) propagarea fisurii se produce atunci cand ogmax la o distanta critica r
mdsuratd de la varful fisurii atinge o valoare criticd o.. Din punct de vedere
matematic cele doud ipoteze se exprima prin relatiile:

2
00g 0“0g . B
=0, 66_2<0 si oglrc,60)=0c . (1.23)

In evaluarea tensiunii circumferentiale og in vecindtatea varfului fisurii, Erdogan a

considerat doar primul termen singular din relatiile (1.1) si (1.3). Criteriului GMTS
(generalized maximum tangential stress), propus in literatura tehnica de Smith
[2001] reprezinta o generalizare a criteriului MTS prin considerarea in expresia
tensiunii og a termenului nesingular T . Ulterior, pe baza solutiei propuse de Filippi

[2002], Ayatollahi [2009a], [2010a] a extins criteriul MTS la studiul ruperii fragile in

prezenta concentratorilor de tensiune nesingulari, numindu-| criteriul UMTS.
Investigatiile experimentale au fost conduse in laborator pe o gama larga de

epruvete si tipuri de concentratori de tensiune, pentru modul mixt I+II de solicitare:

e epruvete semidisc cu fisurda laterala verticala ASCB (asymmetric semi-
circular bend) sau inclinatda SCB (semi-circular bend) solicitate la incovoiere si
realizate din PMMA - Ayatollahi [2006], [2006a], [2011], respectiv marmurda -
Saghafi [2010];

e epruvete semidisc cu crestatura V rotunjita RV-SCB (rounded-tip V-notched
semi-circular bend) solicitate in modul I si realizate din PMMA si alumind - Ayatollahi
[2010b];

e epruvete de tip disc cu fisura centrala CBD (cracked brazilian disc) realizate
din PMMA - Ayatollahi [2005], respectiv ceramica — Aliha [2012];

e epruvete de tip disc cu crestatura de tip U centrala UNBD (U-notched
brazilian disc) realizate din PMMA si sticla - Ayatollahi [2010];

e epruvete de tip disc cu crestaturda V centrala rotunjitd RV-BD (rounded-tip
V-notched brazilian disc) realizate din PMMA - Ayatollahi [2010a];

e epruvete inelare cu doud fisuri radiale dispuse simetric DCR (diametrally
compressed ring) realizate din granit — Aliha [2008];

e epruvete de forma patrata cu fisura centrala inclinata si solicitate pe directia
diagonala DLSP (diagonally loaded square plate) realizate din PMMA - Ayatollahi
[2009];

e epruvete de incovoiere cu crestatura U solicitate la incovoiere SENB
realizate din PMMA - Ayatollahi [2009a].
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Metoda distantelor critice (Theory of Critical Distances - TCD) reprezinta
un grup de metode care au o abordare comuna, si anume utilizeaza lungimea
caracteristicd L si tensiunea criticd op drept caracterisitici de material, Taylor

[2006], [2007], [2008]. Din acest grup de metode, pornind de la cea mai simplu de
aplicat, metoda punctului (Point Method), mai fac parte metoda liniei (Line Method),
metoda ariei (Area Method) si metoda volumului (Volume Method).

Utilizarea TCD la predictia ruperii fragile presupune cunoasterea campului
tensiunilor elastice din vecinatatea concentratorului, obtinut printr-o analiza cu
elemente finite (sau o solutie analitica, daca este disponibild), si a douda constante
de material, lungimea caracteristicd L si tensiunea criticd op (numitd si rezistenta
intrinseca a materialului).

Metoda punctului, cea mai simpla forma a TCD, utilizeaza un criteriu de
rupere care poate fi enuntat astfel: cedarea se va produce atunci cand tensiunea la
o distanta L/2 masurata de la baza concentratorului (pornind din punctul de
tensiune maximad) este egala cu tensiunea critica op a materialului, Taylor [2007].

Asadar, daca se noteaza cu r distanta de la baza concentratorului, metoda
punctului poate fi exprimata intr-o forma matematica prin relatia urmatoare:

o(r=L/2)=09 , (1.24)
unde lungimea carcaterisitca L se determina dupa relatia:
2
L_i[&] _ (1.25)
n\ op

Pentru celelalte trei metode parametrul utilizat nu este tensiunea intr-un anumit
punct, ci valoarea medie a acesteia stabilita peste o anumita regiune a campului de
tensiune de la baza concentratorului. Astfel, in metoda liniei medierea se realizeaza
pentru o distanta critica 2L, pornind de la baza concentratorului. Metoda ariei si

metoda volumului propun medierea tensiunilor pentru o anumitd suprafata din
vecinatatea concentratorului, respectiv pentru un anumit volum; in mod evident,
rezultatele vor depinde de forma suprafetei, respectiv volumului. Pentru o suprafata
semicirculard centratda in punctul de tensiune maxima, in cazul unei crestaturi
ascutite, Bellet [2005] a demonstrat ca raza critica este egala cu 1.32L; similar,
pentru un volum de forma semisferica Bellet [2005] a obtinut o raza critica de
1.54L .

TCD a fost utilizata pentru estimarea fortei critice de rupere intr-o serie de
cercetari experimentale efectuate pe:

. epruvete de tractiune uniaxiald confectionate din PMMA, pentru o mare
varietate de concentratori de tensiune - Taylor [2004];

. epruvete cu crestaturd de tip V rotunjita DENT (double edge notch tensile)
solicitate in modul I, epruvete de incovoiere in trei puncte SENB cu crestatura tip U
si V rotunjita realizate din otelul En3B - Susmel [2008];

o epruvete cilindrice (bara) cu crestatura V circumferentiald rotunjita la varf
cu p=0.2+4[mm)], realizate din PMMA si solicitate in modul mixt I+III - Susmel
[2008a];

. epruvete cilindrice (bard) cu crestatura V circumferentiald rotunjita la varf
realizate din AlI6082 si solicitate in modul mixt I+III - Susmel [2010], [2010a];

. epruvete DENT cu crestaturi tip U si V rotunjite realizate din Necuron 1020 -
Filipescu [2010].

15



Utilizarea TCD la evaluarea cedarii prin rupere fragila a componentelor
structurale prezinta cateva avantaje incontestabile: aplicarea cu usurinta in practica
inginereasca, in cazul problemelor complexe cand o solutie analitica nu este
disponibild; aplicarea metodei implica o analiza liniar elastica cu elemente finite si
cunoasterea unui numar minim de parametri ai materialului, distanta caracteristica
L si tensiunea criticd op; posibilitatea de integrare a metodei in modulele de

postprocesare ale pachetelor software de analiza cu elemente finite.

Criteriul energiei specifice de deformatie minima, cunoscut si sub numele de
criteriul SED (strain energy density failure criterion) a fost propus la inceputul
anilor ‘70 de Sih [1973], [1974]. Marimea fundamentala utilizata de criteriul SED
este reprezentata de energia de deformatie dW/dV continuta in unitatea de volum,
denumitd functia energiei specifice de deformatie. In studiul ced3rii corpurilor cu
fisuri, Sih [1991] a introdus drept amplitudine a campului energiei specifice de
deformatie factorul S, functia dW/dV fiind scrisa in forma:

aw _ s
av r’
unde dimensiunea r reprezinta raza masurata de la locul de initiere a ruperii. Dupa
ipotezele formulate de Sih, criteriul se formuleaza astfel:
(i) initierea la propagarea fisurii se produce pe directia determinatd de
unghiul 8p, pentru care factorul S prezinta o valoare minima;
(ii) propagarea fisurii se produce atunci cand factorul S atinge valoarea sa
criticd S, consideratd o constantd de material, si se exprimd matematic prin:

(1.24)

2

oS 0“S .

—=0, —>0,5si Spjn=5S6p)=5¢ . 1.25

20 202 S! Smin (0) c ( )
Criteriul SED a fost verificat experimental pentru o serie de probleme de mare
importanta practica: ruperea fragila in modul mixt I+III (Zacharopoulos [2005]),
ruperea corpurilor cu fisuri realizate din materiale compozite, cedarea corpurilor de
tipul placd sau finvelis in prezenta fisurilor, cedarea conductelor cu fisuri
circumferentiale (Nobile [2004]) cresterea fisurii de oboseald, cedarea corpurilor cu
concentratori de tensiune (Sih [1991]), problemele de rupere dinamicd, ruperea
ductila.

Ulterior, Lazzarin [2001] a introdus criteriul valorii medii a energiei specifice

de deformatie W, valoare medie determinata pentru un volum finit de raza R.,

numit si criteriul SED medie, la evaluarea cedarii statice si la solicitari ciclice a
componentelor cu crestaturi V ascutite. Criteriul afirma ca ruperea fragila se produce

atunci cand valoarea medie W atinge o valoare criticd W, . Criteriul a fost validat

prin evaluarea cedarii Tn modul mixt I+II in prezenta concentratorilor singulari de
tipul crestatura V, pentru componente realizate din PMMA (Lazzarin [2001],
Yosibash [2004], GOomez [2009]), alumind (Yosibash [2004]) si duraluminiu
(Lazzarin [2001]). Lazzarin [2005] a extins criteriul pentru evaluarea cedarii in
modul I de solicitare a componentelor cu concentratori de tensiune nesingulari de
tipul crestatura V si U. Validarea criteriului s-a realizat pentru componente realizate
din PMMA (Lazzarin [2005]). Pentru concentratorii de tensiune nesingulari, Gdmez
[2007] a extins criteriul valorii medii a energiei specifice de deformatie pentru
evaluarea cedarii componentelor solicitate in modul mixt I+II. Numeroasele studii
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publicate in ultimii ani - Berto [2007], [2009], Gémez [2009a], Lazzarin [2009] - au
validat extinderea criteriului pentru solicitarea Tn modul mixt I+II. Incercdrile
experimentale au fost efectuate la temperaturi scazute -60...-40°C, pe epruvete

SENB realizate din PMMA.

Criteriul fisurii virtuale critice a fost propus de Leguillon pentru
evaluarea ruperii fragile a componentelor structurale in prezenta concentratorilor de
tensiune de tipul crestaturilor V ascutite [2002] sau rotunjite la varf [2003]. Criteriul
afirmd ca ruperea se produce atunci cand tensiunea circumferentiald maxima og la

o distanta criticd masurata de la varful crestaturii si forta de extensie a fisurii G la

varful plasat in acelasi punct al unei fisuri virtuale isi ating amandoua valorile lor
critice, adica:

ogldp)=0c, Kldp)=Kc . (1.26)

incercérile experimentale au fost efectuate pe epruvete SENB cu crestiturd V
solicitate la incovoiere in trei puncte, realizate din PMMA si alumina.

Li [2006] si Zhang [2008] au modificat criteriul propus de Leguillon [2002],
[2003] prin introducerea unui al treilea parametru de mecanica ruperii care sa
cuantifice nivelul de concentrare a tensiunilor: forta de extensie a fisurii G pentru

ruperea la tractiune uniaxiala. Criteriul propus de Li [2006] si Zhang [2008] a fost
aplicat la predictia ruperii fragile in modul I a epruvetelor DENT cu concentratori
semicirculari si tip U realizate din Necuron 1020 de Filipescu [2010].

Alte doua criterii introduse relativ recent pentru evaluarea fortei critice de
rupere la cedarea materialelor fragile sunt metoda volumetrica si modelul zonei
coezive.

Metoda Volumetrica a fost propusd de Pluvinage [2002] si aplicata de El
Minor [2002], [2003] pentru estimarea ruperii fragile pe epruvete inelare cu
crestatura tip U realizate din otelul de inalta rezistenta 45CDS6. Metoda Volumetrica
a fost utilizata si de Negru [2012] pentru evaluarea rezistentei la oboseala in

domeniul durabilitatilor medii 50-10% + 10° [cic/uri] pe epruvete DENT cu crestaturi
tip V rotunjite.

. Modelul Zonei Coezive a fost propus la inceputul anilor ‘60 de Dugdale
[1960] si Barenblatt [1962] cu scopul de a extinde analiza elastica si in cazul
materialelor pentru care zona plastica de la varful fisurii nu mai are o dimensiune
redusa, neglijabila. Mai tarziu, Hillerborg [1973] a extins modelul pentru aplicatiile
in care nu exista o fisura initiala macroscopica. Ulterior, acest model a fost modificat
si aplicat cu succes la estimarea fortei critice de rupere a epruvetelor cu crestatura
tip U si V realizate din PMMA, Gomez [2000], [2003], [2006].

in concluzie, in literatura stiintificd o serie de criterii care utilizeaz& unul sau
mai multi parametrii de mecanica ruperii au fost propuse pentru evaluarea
conditiilor critice ale ruperii fragile a componentelor structurale. Investigatiile
experimentale au fost efectuate pe epruvete cu concentratori de tensiune singulari
(fisura, crestatura V ascutitd) sau nesingulari (crestatura V rotunjita, crestatura U),
pentru solicitari in modul mixt I+1I, respectiv modul mixt I+III.

intre materialele utilizate se distinge PMMA-ul, utilizat cu precadere din
cauza comportamentului sau fragil binecunoscut, dar si materialele ceramice,
granitul sau marmura.
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1.4. Obiectivele temei de cercetare

Materialele poliuretanice sunt utilizate pe scara larga in industrie pentru
diverse aplicatii: matrite de stantare a tablelor, modele de turnare, calapoade de
verificare, modele de testare aerodinamica si hidrodinamicd. Aceste materiale sunt

livrate sub forma de placi intr-o gama larga de densitati 0.1+1.4[gr./cm3} in

functie de cerintele aplicatiei. in plus, materialele poliuretanice au bune proprietati
de prelucrabilitate mecanica.

Analiza modului de cedare a doua componente specifice aplicatiilor din
industrie ale acestor materiale, si anume un bloc conector din industria automotive
(fig. 1.5) si un locas insertie metalica (fig. 1.6), probeaza comportamentul lor fragil
la temperatura ambianta.

Cu aceste argumente, tema de cercetare isi propune sa utilizeze materialele
poliuretanice, si anume Necuron 1020 si Necuron 651, in investigarea teoretica si
experimentala a ruperii fragile in modul mixt I+1I.

Fig. 1.5. Bloc de conectare din industria
automotive

Fig. 1.6. Locas insertie metalica

Obiectivele principale propuse prin tema de cercetare pot fi sintetizate dupa
cum urmeaza:

. determinarea experimentala a caracteristicilor mecanice, elastice si de
mecanica ruperii pentru poliuretanul Necuron 1020 si Necuron 651;

. evaluarea experimentald a ruperii componentelor, realizate din aceste
materiale poliuretanice, in prezenta concentratorilor de tensiune singulari (fisura) si
respectiv nesingulari (crestatura U), cu modificarea acuitatii concentratorului (raza
la varf p);

. analiza capabilitatii de predictie a conditiilor critice de rupere pentru cateva
criterii publicate in literatura stiintifica;

. evaluarea numerica a directiei de propagare a fisurilor in modul mixt I+1I.
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2. Determinarea experimentala a
caracteristicilor mecanice, elastice si de
mecanica ruperii

Caracteristicile mecanice, elastice si de mecanica ruperii ale poliuretanului
Necuron 1020 si Necuron 651 au fost determinate prin incercari experimentale
realizate in Laboratorul de Rezistenta Materialelor al Universitatii “Politehnica” din
Timisoara. Pentru efectuarea testelor au fost utilizate masinile universale LBG A009
si Zwick/Roell Z005, cu principalele caracteristici tehnice prezentate in continuare.

Masina universala LBG A009 este echipata cu o celula de forta de 100 [kN]
in solicitare uniaxiala, in clasa de precizie 0.5 pe domeniul de masurare a fortei
2+100[%] conform ISO 7500-1. Masina LBG A009 este prevdzutd cu soft-ul de
prelucrare a datelor TCSoft2004Plus si extensometrul MFA2 cu deplasarea maxima
de 2[mm] in clasa de precizie 0.2 conform EN 10002-4.

Masina universala Zwick/Roell Z005 este echipata cu o celuld de forta de
5[kn] in solicitare uniaxiald, in clasa de precizie 0.5 pe domeniul de masurare a
fortei 1+130[%)] conform ISO 7500-1. Masina Zwick/Roell Z005 este prevézutd cu
soft-ul de prelucrare a datelor TestXpert si un extensometru incremental cu eroarea
maxima de J_rl[/./m] la masurarea diferentiala a deplasarii intre doua puncte de

masurare in domeniul 20 + 200 [um] (clasa de precizie 0.5).

2.1. Incerciri pentru determinarea proprietitilor mecanice
ale materialelor poliuretanice Necuron 1020 si Necuron 651

2.1.1. Incerciri mecanice la tractiune monoaxiald

Pentru determinarea proprietatilor mecanice ale poliuretanului Necuron 1020
si Necuron 651, tindnd cont de forma in placa a semifabricatului, s-au utilizat
epruvetele plate cu geometria si dimensiunile prezentate in fig. 2.1 (ASTM D638-
03). Epruvetele au fost realizate prin frezare la viteze reduse de prelucrare, cu
scopul de a Iimpiedica incalzirea excesiva a materialului, fiind cunoscuta
sensibilitatea rezultatelor la regimul de prelucrare.

Incercirile experimentale au fost efectuate la temperatura ambianta
23+2°C, in regimul de deplasare controlatd cu viteza de 5 [mm/min], conform
recomandarilor ASTM D638-03. Pentru masurarea deformatiei s-a utilizat
extensometrul MFA2 cu baza de mé&surare de 50[mm] si clasa de precizie 0.2,
pentru deplasarea maxima de 2[mm].

Rezultatele experimentale, valoarea medie si abaterea standard pentru
modulul de elasticitate longitudinald E, rezistenta la rupere o, si deformatia

specificd la rupere & sunt prezentate in tabelul 2.1. Curbele caracteristice
tensiune-deformatie specificd o -& sunt redate in fig. 2.2, alaturi de curbele
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caracterisitice ale PMMA-ului la doua valori diferite ale temperaturii. Astfel, Gémez
[2005] considerda ca un comportament liniar pana la rupere devine evident doar la
temperaturi de sub -40°C, astfel de conditii experimentale fiind insa relativ dificil
de obtinut.

R =76 [mm]

i

] PR *lﬂ‘il@@i ...... 4+ 44} |H=29 [mm]
|

U CSN—

t =10 [rmm]
- -
Lg =57 [mm]
- Lt = 246 [mm] o

Fig. 2.1. Epruveta platd pentru incercarea la tractiune monoaxiala

S =
fMPa ] /1 PMMA (-40°C)
100 A
_ /
s / PMMA (25°C)

/ Skl

a0

25

a T T
0.oa o0.0z2 0.04 .06 . [_] 0.as

Fig. 2.2. Curbele caracteristice o-¢ pentru Necuron 1020, Necuron 651 si PMMA (Gomez
[2005])

Comparatia comportamentului celor doua materiale plastice la aceeasi
temperatura de 25°C, una uzuald pentru incercarile de laborator, pune in evidenta
o liniaritate mai pronuntata a curbei caracteristice pentru poliuretanul Necuron 1020
in comparatie cu PMMA. Astfel, utilizarea acestuia in evaluarea conditiilor critice ale
ruperii fragile, pe baza conceptelor mecanicii ruperii liniar elastice, este aparent mai
potrivitd. De asemenea, se observa o similitudine intre curbele caracteristice ale
poliuretanului Necuron 651 si PMMA la temperatura de 25°C.
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Tabel 2.1. Rezultatele experimentale pentru incercarea de tractiune monoaxiald

Material E [MPal] o, [MPa] &r %]

N 1020 3370 49.58 2.64

N 1020 3315 3340+27.84 49.95 49.75+0.18 2.81 2.71
N 1020 3335 49.72 2.69

N 651 1250 17.53 3.26

N651 1265 1250+15.00 17.63 17.40+00.32 3.25 3.16
N 651 1235 17.04 2.98

in cadrul programului experimental, pentru investigarea ruperii fragile, au
fost testate la intindere uniaxiala si epruvete cu concentratori de tensiune laterali
simetrici semicirculari_cu geometria recomandata de Seweryn [1994], [2002] si
prezentata in fig.2.3. Incercarile s-au realizat la temperatura ambianta, in regimul
de deplasare controlata cu viteza de 1 [mm/min]. Dupa cum se observa si din fig.
2.2, pentru epruvetele netede materialul prezintd un comportament neliniar, in timp
ce comportamentul acestuia se pésAtreazé liniar la fincercarea epruvetelor cu
concentratori de tensiune (fig. 2.6). In aceste conditii, Seweryn [1994] propune
determinarea valorii critice a energiei specifice de deformatie W, prin utilizarea in

relatia de calcul a tensiunii normale maxime omgx la baza concentratorului
semicircular in locul rezistentei la rupere o, determinata pe epruvete standardizate
(netede).

- L = 140 [mm] -

\j?ly\R=5[mm] -—:—-
L —— = I ............... R —I-— H=20 [mm]
/N il
' t =10 [mm]

— -—

Fig. 2.3. Epruveta cu concentratori de tensiune de tip crestatura laterala semicirculara
Rezultatele testelor experimentale sunt prezentate in tab.2.2, unde
tensiunea nominald o,om este determinatd pentru valoarea medie a fortei maxime
Fmax inregistrate si aria sectiunii brute a epruvetei. Tensiunea maxima la baza
concentratorului semicircular 0m5x S-a obtinut din analiza liniar elastica cu
elemente finite realizata cu pachetul software Cosmos/M 2.9, prin incarcare la Fpax

determinatd experimental. Astfel, pentru coeficientul de concentrare teoretic global
de concentrare a tensiunilor:

o
Kt = —max (2.1)
Onom

s-a obtinut valoarea Keg = 3.24 .
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Tabel 2.2. Rezultatele experimentale (crestatura laterala semicirculard)

Forta Forta Tensiunea Tensiunea
Concentrator |\, .|  maximi medie nominala maxima
de tensiune
Fmax [N] Fmed [N] Onom [MPa] Omax [MPa]
semicircular N 1020 4780
semicircular N 1020 4860 4866.33 24.33 79.05
semicircular N 1020 4960
semicircular N 651 2030
semicircular N 651 2255 2153.33 10.76 34.95
semicircular N 651 2175

2.1.2. Determinarea tenacitatii la rupere Kj.

Pentru poliuretanul Necuron 651 si Necuron 1020 (producator Necumer-
Product GmbH), s-au efectuat incercari experimentale pentru determinarea
tenacitdtii la rupere Kj. dupd recomandarile standardului ASTM D 5045-99.

incercidrile mecanice s-au efectuat pe epruvete tip SENB (Single Edge Notch
Bending) a caror geometrie si mod de solicitare sunt redate in fig. 2.4, cu
dimensiunile H = 20[mm], t =10[mm] si a=0.5H, la temperatura ambinati si in
regimul de deplasare controlatd cu viteza de 10[mm/min]. La varful crestaturii
realizata prin frezare, fisura s-a prelungit pe lungimea de aprox. l[mm] prin tdiere
cu o lam& de grosime 0.1[mml].

2H 2H L
2.2H 2.2H

Fig. 2.4. Epruveta SENB pentru determinarea tenacitatii la rupere K¢

Valoarea criticd a factorului de intensitate a tensiunii K- pentru epruvetele
SENB solicitate la incovoiere in trei puncte este determinata cu relatia:
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Frmax £(x)

Kic = ,
[o t'Hl/Z (22)

unde

[1.99 —x(1—x)[2.15 -3.93x + 2'7X2H
(1+2x)1-x)? /

cu x=a/H, 0<x<1. Rezultatele experimentale sunt prezentate in tabelul 2.3,
fmpreuna cu valoarea medie si abaterea standard pentru tenacitate.

Validarea rezultatelor experimentale presupune verificarea conditiilor pe
care trebuie sa le indeplineasca dimensiunile epruvetei SENB pentru realizarea starii
plane de deformatie, dupa cum urmeaza:

f(x) —6x12 (2.3)

t =10[mm|, a=10.5[mm], (H-a)=9.5[mm] > 2.5[%)2 = 5.34[mm] (2.4)
pentru Necuron 1020, respectiv
t =10[mm], a=10[mm], (H-a)=10[mm] > 2.5[%]2 = 8.25 [mm] (2.5)
pentru Necuron 651.

Tabel 2.3. Rezultatele experimentale pentru determinarea tenacitatii Kjc

t H a Forta Tenacitate
[mm]  [mm] [mm] ?ax"[‘;ﬁ 3/t fla/H) Kic [MPa\/E ]
max
10.3 20.20 10.50 288 0.5198 11.3526 2.300
10.3 20.20 10.50 287 0.5198 11.3526 2.292
10.3 20.20 10.45 291 0.5173 11.2601 2.306
Necuron 1020 2.299+0.007
10.1 20.12 10.02 137 0.4980 10.5831 1.012
10.1 20.07 9.81 136 0.4888 10.2811 0.977
10.2 20.12 10.02 139 0.4980 10.5831 1.016
Necuron 651 1.0017+0.021

in capitolele lucrdrii urmé&toarele valori sunt utilizate in determinarile

analitice: KIC:2.3[MPa\/E] pentru Necuron 1020 si KIC:1.0[MPa\/E] pentru
Necuron 651.
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2.1.3. Determinarea coeficientului de contractie transversala pe
baza tehnicii excitatiei prin impuls

Metoda excitatiei prin impuls, conform recomandarilor ASTM E1876-01, este
utilizata pentru determinarea proprietatilor elastice ale materialelor omogene,
izotrope si elastice la temperatura ambianta. Aceste proprietati se determina daca
geometria, masa si frecventele proprii de rezonanta ale epruvetei utilizate (de forma
dreptunghiulara sau cilindrica) sunt cunoscute.

Astfel, daca se utilizeaza o epruveta de forma dreptunghiulard, modulul de
elasticitate longitudinald E se calculeazd pe baza frecventei de rezonanta
determinatad pentru modul transversal de vibratie:

E - 0.9465(mf b) (/e )T, (2.6)

unde m reprezintd masa epruvetei, f; frecventa fundamentald de rezonantad la
incovoiere, T; factorul de corectie, iar b latimea, L lungimea si t grosimea
epruvetei. Modulul de elasticitate transversalda G se calculeaza pe baza frecventei
f> de rezonanta la rasucire:

G =(4Lff [ot)lB/1+ A)] (2.7)

unde A este factorul de corectie, iar coeficientul lui Poisson v se determina pe baza
relatiei dintre caracteristicile elastice

v=(E/2G)-1 . (2.8)

Aplicarea tehnicii excitatiei prin impuls presupune parcurgerea urmatorilor
pasi:
1). rezemarea epruvetei la mijlocul lungimii si [atimii sale prin suspendarea pe fire
de-a lungul liniilor nodale (fig. 2.5);
2). pozitionarea traductorului fara contact (microfonul) intr-unul dintre sferturile
epruvetei (de preferat la distanta 0.224L de capat);

Fig. 2.5. Rezemarea epruvetei, pozitionarea traductorului si a punctului de lovire
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3). lovirea epruvetei cu o bila de otel (impuls) in sfertul de epruveta aflat pe
diagonala celui de pozitionare a traductorului (de preferat la aceeasi distanta
0.224L de capat);

4). inregistrarea si prelucrarea semnalului de vibratie pe baza Transformatei Fourier
Rapide pentru determinarea frecventelor fundamentale de rezonanta.

Tabel 2.4. Caracteristicile elastice determinate prin tehnica excitatiei

Necuron .
1020 (1) (2) (3) (4) (5) Valoare medie
E[MPa] 3610 3600 3590 3600 3600 3600+7.1
G|mPa) 1340 1340 1340 1340 1340 1340+0.0
v 0.347 0.343  0.340 0.343  0.343  0.343+0.0025
Neg;;” (1) (2) (3) (4) (5) Valoare medie
E[MPa] 1560 1550 1570 1560 1540 1556+11.4
G|MmPa) 610 605 610 610 605 0.608+0.0273
v 0.279 0.281  0.287 0.279  0.273  0.279+0.0050

Rezultatele experimentale obtinute pe baza tehnicii excitatiei prin impuls
pentru caracterisiticile elastice dinamice ale poliuretanului Necuron 1020 si Necuron
651 sunt prezentate in tabelul 2.4. In comparatie cu rezultatele prezentate in tabelul
2.1, pentru modulul de elasticitate longitudianla E eroarea relativa este de
+7.8[%] pentru Necuron 1020 si respectiv + 24.4[%)] pentru Necuron 651.

in capitolele lucrarii, pentru caracteristicile elastice ale celor doua materiale
poliuretanice, urmatoarele valori sunt utilizate in determinarile analitice si analizele
numerice cu metoda elementului finit: E = 3340[MPa] si v = 0.34 pentru Necuron

1020, respectiv E = 1250[MPa] si v = 0.28 pentru Necuron 651.
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2.2. Incerciri de mecanica ruperii in modul mixt

2.2.1. Incerciri de incovoiere in trei puncte pe epruvete cu
crestatura laterala de tip U (epruvete SENB)

incercirile de incovoiere in trei puncte pe epruvete cu crestaturd laterald de
tip U (epruvete SENB, fig. 2.6) s-au efectuat pentru poliuretanul Necuron 1020 si
patru valori ale razei p la varful crestiturii, si anume: 0.5, 0.75, 1 si 2[mm].
Pentru toate epruvetele au fost pastrate constante urmatoarele dimensiuni
geometrice: adancimea crestaturii a, lungimea L, indltimea H si grosimea
epruvetei t.

Modul I pur se obtine pentru epruvetele cu crestdturd verticald (fig. 2.6 a)
prin solicitarea simetrica la incovoiere: S; =S, =60 si b= O[mm]. in modul mixt,
diferitele combinatii dintre modul I si II, cu predominanta modului I, se realizeaza
prin mentinerea suportilor de rezemare in pozitiile S; =60, S, = 12[mm] Si
modificarea punctului de aplicatie a fortei: b=-4, 4 si 24 [mm].

b F
] -.—_" :
| [ ]
g ! H=
-i-
a=15[mm] i “3lil[rnm]
|
52 S1 _ t = 10[mm]
<t — - = B
L=132[mm]
- e a).
b _JF
_- -_1F |
| 1
;D | [H-
| = o [T SD[FI-IITI]
a=15[mm]: N = 135F] !
/ | Y
55 54 _ ' t= 10[mm]
L =132 [mm]
- = b).

Fig. 2.6. Geometria pruvetelor SENB cu crestatura U verticald (a) si inclinata (b)
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Pentru realizarea unei solicitari in modul mixt cu predominanta modului II,
Berto [2007] recomanda efectuarea incercarilor experimentale pe epruvete SENB cu
crestatura U inclinata. Pentru o inclinare la 45° a crestaturii (fig. 2.6 b), incercarile

experimentale s-au efectuat cu suportii de rezemare fixati la distantele S; =60 si
Sy = 12[mm], iar forta F aplicaté la b = 9[mm] fatd de axa verticald care trece prin
centrul epruvetei.

Tabel 2.5. Rezultatele experimentale pentru epruvetele SENB (Necuron 1020)
p[mm] Silmm] Szlmm] blmm] Fi[N] F2[N] Freq[N]  Obs.

0.50 60 60 0 437% 444 440.5 (1)*
0.50 60 12 -4 1780 1770%* 1770 (2)*
0.50 60 12 4 1200* 1260 1230 (3)*
0.50 60 12 24 1970* 1810 1890 (4)*
0.50 60 12 9 1340* 1390 1365 U T(nsc)li*nat
0.50 60 7.5 9 1740* 1920 1830 A(6).*

U inclinat
0.75 60 60 0 489 492 490.5
0.75 60 12 -4 2030 1940 1985
0.75 60 12 4 1390 1400 1395
0.75 60 12 24 2110 2190 2150
0.75 60 12 9 1500 1430 1465 U inclinat
0.75 60 7.5 9 2010 2150 2080 U inclinat
1.00 60 60 0 533 503 518
1.00 60 12 -4 2170 2070 2120
1.00 60 12 4 1480 1450 1465
1.00 60 12 24 2330 2150 2240
1.00 60 12 9 1520 1580 1550 U inclinat
1.00 60 8 9 2140 2080 2110 U inclinat
2.00 60 60 0 612 668 640
2.00 60 12 -4 2550 2590 2570
2.00 60 12 4 1900 1820 1860
2.00 60 12 24 2640 2820 2730
2.00 60 12 9 1660 1730 1695 U inclinat
2.00 60 9 9 2130 2200 2165 U inclinat

*) epruvetele SENB pentru care curbele forta-deplasare sunt prezentate in fig. 2.7

toate epruvetele testate, la o singura pozitie a suportilor de rezemare si a punctului
de aplicatie a fortei, din cauza razelor p diferite la varful crestaturii. In aceste

conditii, s-au mentinut neschimbate pozitiile S; =60 si b= 9[mm], modificandu-se
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pozitia S, a celui de-al doilea suport in functie de raza p de la varful crestaturii:
Sy =7.5[mm] pentru p=0.5 si 0.75[mm], S, =8[mm| pentru p=1.0[mm],
respectiv Sy = 9[mm] pentru p = 2.0[mm]. Si in acest caz, distantele sunt mdsurate
fata de verticala care trece prin centrul epruvetei. Conditiile inainte mentionate in
care s-au efectuat incercarile de incovoiere in trei puncte ale epruvetelor SENB, au
fost stabilite dupa analiza preliminara cu elemente finite a starii de tensiune si
deformatie pentru fiecare caz de solicitare.

Rezultatele experimentale sunt prezentate in tabelul 2.5, cate doua incercari
fiind efectuate pentru fiecare caz in parte. Cateva dintre curbele forta-deplasare
inregistrate sunt redate in fig. 2.7. Exceptand zona de asezare specifica incercarilor
pe materialele polimerice (in fig. 2.7 aceasta portiune se intinde pana la nivelul
fortei aplicate de max. ZOO[N]), comportamentul epruvetelor cu crestatura U
ramane liniar.

2000
forta (4]
[M] 1800 -

1600
1400 (5)
1200
1000 A
800
600

400 4

200 4

0 F £ T T T T T
0.0 0.z 0.4 0.6 0.8

1.0 1.2
deplasare [mm]

Fig. 2.7. Curbele forta-deplasare inregistrate pentru epruvetele SENB cu crestatura U pentru
raza p = O.S[mm] (Necuron 1020)

Valorile masurate ale fortei maxime Fpax In functie de raza p a crestaturii

U sunt prezentate in fig. 2.8. Variatia redatd prin linie continud s-a obtinut prin
interpolare dupa o functie de gradul doi. Pentru fiecare caz de solicitare in parte, se
observa cu usurintd, asa cum era de asteptat, cresterea valorii masurate a Fp5x Cu

raza p a crestaturii.

28



1.00
F
rk”;" ¥ = -0.027%% + 0.197% + 0.351
il RY= 0,952
0.75 A
it
&
0.50 A
51 =5 =60, b= 0[mm]
0.25 A
crest3turd U verticald
p [mm]
D.I:II:I T T T T T T T T T
0.0 0.5 1.0 15 2.0 2.5
3.0
Frnax ¥ = -0,173x% + 0.956% + 1.347
] R? = 0.984
2.5 |
2.0 | 4
51 =60, Sz = 12, b = -4 [mm]
1.5 A
crestaturd U verticala
p |mm
1.':' T T T T T T T T [I ]
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5
2.00
Frax ¥ = -0.070x% + 0.555x% + 0.966 A
[kr] R?=0.982 A
1.75 A
1.50 A
51 =60, 5z =12, b = 4 [mm]
1.25 A
&
| creststura U verticals p [mm]
1.':”:' T T T T T T T T T
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5

a).

b).

29



3.0
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Fig. 2.8. Forta maxima la ruperea epruvetelor SENB in functie de raza p a crestaturii
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ey (0

a). Sy =Sy = 60[mm], b = 0[mm| b). S1 = 60[mm], Sy = 12[mm], b = —4[mm]

c). S1 =60[mm|, Sp =12[mm], b =4[mm] d). S; = 60[mm], S = 12[mm], b = 24 [mm]

e). S1 =60 [mm], Sy = 12[mm], b= 9[mm] f). 51 = 60[mm], Sy = 8[mm], b= 9[mm]
crestatura U inclinata crestatura U inclinata

Fig. 2.9. Epruvete SENB cu crestatura U rupte la diferite combinatii intre modul I si modul II
(raza la varful crestaturii p = 1[mm], Necuron 1020)

In fig. 2.9 sunt ilustrate pentru raza crestdturii p = 1[mm)] traiectoriile

fisurilor pentru fiecare caz de solicitare. Se observa ca directia de initiere a fisurii in
modul mixt depinde de combinatia intre modul I si II. Pe portiune finald a
traiectoriei este evidentd o deviere a acesteia spre punctul de aplicatie a fortei.
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2.2.2. Incerciri de incovoiere asimetrici in trei puncte pe epruvete
semidisc cu fisura laterala verticala (epruvete ASCB)

Incercirile de incovoiere asimetricd in trei puncte pe epruvete semidisc cu
fisurd laterala verticala (epruvete ASCB - Asymmetric Semi-Circular Bend,
Ayatollahi [2011]) s-au efectuat pentru poliuretanul Necuron 1020 si Necuron 651,
pastrand constante dimensiunile: lungimea fisurii a, raza semidiscului R si
grosimea epruvetei t (fig. 2.10).

F
t = 10[mm] |
|
|
|
| R=
a= A 40 [rm]
12[r|'|r|'|]IIr
52 51

Fig. 2.11. Dispozitivul de incovoiere in trei puncte utilizat la pozitionarea epruvetelor
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Tabel 2.6. Rezultatele experimentale pentru epruvetele ASCB

Material S;[mm] Sy[mm] F[N] F2[N] F3[N] F4[N]  Fmeq [N] Obs.

N 1020 30 30 2460 2490 2410 2500 2465.00
N 1020 30 15 3290 3370 3160 - 3273.33
N 1020 30 12 4970 5080 4840 - 4963.33
N 1020 30 8 6840 6560 6740 - 6713.33
N 1020 30 6 7130 7015 7475 - 7206.67
N 1020 30 4.3 6550 6455 6080 - 6391.33
N 651 30 30 1160* 1140 1190 - 1163.33 (1)*
N 651 30 15 1580* 1625 1545 - 1583.33 (2)*
N 651 30 12 2360* 2435 2210 - 2335.00 (3)*
N 651 30 8 3060* 2990 3020 - 3023.33 (4)*
N 651 30 6 3160* 3120 3090 - 3123.33 (5)*
N 651 30 4.3 2890* 3200 3150 - 3080.00 (6)*

*) epruvetele ASCB pentru care curbele forta-deplasare sunt prezentate in fig. 2.12

2500 H

2000 4

1500 A

1000 4

200 H

. £ deplasare [mm]
0.0 05 10 15 20 25 30 35 40 45 50

Fig. 2.12. Curbele forta-deplasare inregistrate pentru epruvetele ASCB (Necuron 651 - in
tabelul 2.6 marcate cu *)
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a). Sy =30, S = 30[mm] (modul I) b). S1 =30, Sp = 15[mm] (modul mixt)

=

c). S1 =30, S = 12[mm] (modul mixt) d). S1 =30, S = 8[mm] (modul mixt)

e). Sy =30, Sy = 6[mm] (modul mixt) f). S1 =30, S = 4.3[mm] (modul II)

Fig. 2.13. Epruvete ASCB rupte la diferite combinatii intre modul I si modul II
(Necuron 1020)
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a). S; =30, Sy = 30[mm] (modul I) b). S1 =30, Sy = 15[mm] (modul mixt)

c). S1 =30,5y = 12[mm] (modul mixt) d). S1 =30,Sy = 8[mm] (modul mixt)

e). Sy =30, Sy = 6[mm] (modul mixt) f). S1 =30, S = 4.3[mm] (modul II)

Fig. 2.14. Epruvete ASCB rupte la diferite combinatii intre modul I si modul II
(Necuron 651)
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Modul I se obtine prin solicitarea simetrica la incovoiere, in cazul studiat
5:1=5, :30[mm]. Diferitele combinatii dintre modul I si II, in modul mixt, se

realizeaza prin solicitarea asimetrica la incovoiere utilizdnd un dispozitiv adecvat
(fig. 2.11) care permite modificarea distantelor dintre suportii de rezemare
S; =Sy, relativ la directia de aplicare a fortei F. Astfel, incercarile experimentale

s-au efectuat prin mentinerea constanta a pozitiei S; si modificarea pozitiei S, la

15, 12, 8, 6 si 4.3[mm]. Conditiile mentionate in care s-au efectuat incercarile

de incovoiere asimetrica in trei puncte ale epruvetelor ASCB au fost stabilite dupa
analiza preliminara cu elemente finite a starii de tensiune si deformatie pentru
fiecare caz de solicitare studiat.

Rezultatele experimentale sunt prezentate in tabelul 2.6, cel putin trei
incercari fiind efectuate pentru fiecare situatie de solicitare. Cateva dintre curbele
forta-deplasare inregistrate pentru poliuretanul Necuron 651 sunt redate in fig.
2.12. Liniaritatea acceptabild a curbelor, chiar si pentru valoarea relativ redusa a

densitatii poliuretanului de aprox. 0.7[gr./cm3} , justificd modelarea liniar elastica a

comportamentului acestuia in evaluarea ruperii componentelor cu concentratori de
tensiune singulari (fisurd).

In fig. 2.13 si 2.14 sunt ilustrate pe epruvetele rupte traiectoriile de
propagare a fisurilor. Pentru modul I de solicitare traiectoria este o linie dreapta,
initierea la propagarea fisurii producandu-se in planul fisurii initiale. Pentru
solicitarea in modul mixt, initierea la propagare se produce printr-o deviere de la
directia intiald, fisura urmand in continuare o traiectorie curbilinie. De asemenea, in
modul mixt de solicitare, dependenta directiei de initiere la propagarea fisurii in
functie de combinatia intre modul I si II este usor de observat.

in capitolele urmétoare ale lucrdrii se urméareste estimarea conditiilor critice
ale ruperii fragile si predictia fortei critice de rupere pentru toate tipurile de epruvete
pe baza catorva dintre criteriile propuse in literatura stiintifica. De asemenea,
rezultatele experimentale obtinute la ruperea fragila a epruvetele ASCB si SENB vor
permite determinarea valorilor critice ale factorilor de intensitate a tensiunii K- si

Kirc . in partea finald a lucrérii, se vor studia posibilititile de simulare numericé a

propagarii fisurilor pe epruvetele ASCB cu pachetele software disponibile Cosmos/M
2.9 si Abaqus 6.5. Traiectoriile experimentale digitizate cu ajutorul pachetului
software SigmaScan Pro 5 constituie baza validarii rezultatelor numerice.
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3. Evaluarea ruperii fragile pe baza calculului
tensiunilor

3.1. Criteriul tensiunii circumferentiale maxime (maximum
tangential stress MTS)

3.1.1. Formularea criteriului tensiunii circumferentiale maxime

Criteriul tensiunii circumferentiale maxime a fost propus de Erdogan [1963]
pentru studiul propagarii fisurilor in materialele fragile in modul mixt si este
cunoscut in literatura tehnica sub numele de criteriul MTS (maximum tangential
stress). Ipotezele care stau la baza acestui criteriu se pot enunta astfel:

e initierea la propagarea fisurii se produce in directia radiald determinata prin
unghiul polar 6 = 6y, la care tensiunea circumferentiald og devine maximg;

e propagarea fisurii se produce atunci cdnd tensiunea circumferentiala
maxima la o distantd criticd r. masuratd de la varful fisurii pe aceastd directie

atinge o valoare criticd 0., egald cu rezistenta de rupere la intindere uniaxiald (cele
doua marimi r. si 0., sunt considerate proprietati de material).
Din punct de vedere matematic cele doua ipoteze se exprima prin relatiile:

2
00g 0°0g
—=Y -, 0 3.1a
00 562 < ( )
Si
oglre,60)=0c . (3.1b)

in cazul aplicatiilor plane, cAmpul tensiunilor elastice de la varful fisurii in
modul mixt, se poate exprima in coordonate polare prin relatiile (Williams [1957],
Erdogan [1963]):

1 ?] . 20 3 . Z]
oy = cos—|Kjy| 1+sin“ = |+ K| =sin6 -2tg— ||,
r !_an 2[ I( + Sl 2]*’ II[Z ! gzﬂ
1 °] 260 3 . }
Og = cos—| Kjcos“ —-=Kjsiné|,
0= 50 2{ I 5> ki (3.2)

COSQ|:KI sing+KH(3cose—1)} ,

1
THg = ———
ro 22ar 2
si 0, =0, pentru starea pland de tensiune, respectiv, o, = v(o, + 0g) pentru starea

plana de deformatie. in relatiile (3.2) termenii de ordin superior sunt considerati
neglijabili, cunoscuta fiind dominanta primului termen singular in regiunea din
vecinatatea varfului fisurii.
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in baza relatiilor (3.1a) si (3.2), valoarea 6p a unghiului polar care

determina directia radiala de initiere la propagarea fisurii reprezinta solutia ecuatiei
(Gdoutos [2005]):

Krsin@+Ky(3cos6-1)=0 . (3.3)

Expresia (3.3) indica faptul cd unghiul polar 6y al directiei radiale de initiere la
propagarea fisurii depinde de doi parametri, factorii de intensitate a tensiunii Ky si
Kjr, pentru oricare combinatie intre modurile I+II. Se observa cu usurintd ca,
pentru directia radiala determinatd de 6y, tensiunea circumferentiald og reprezinta
o tensiune principald, iar tensiunea tangentiald 7,9 se anuleaza.

Pentru a estima initierea ruperii fragile in modul mixt pe baza criteriului
MTS, unghiul polar 8y impreuna cu o distanta critica r. masurata de la varful fisurii

se inlocuiesc in relatia (3.1b) rezultédnd:
1 6o 260 3 .
——cos7{KIcos 7—3’([]5/”60 . (3.4)

o—Q(I‘C/ 60): Oc = W
C

Presupunéand ca initierea ruperii in modul mixt se produce in conditii critice similare
modului I (cand K = Kjc , K =0 si g =0), ecuatia (3.4) devine:

K
oc :TIC = 0c2nrc =Kpe , (3.5)
nre

iar conditia ruperii fragile in modul mixt I+1II se rescrie in functie de factorul critic de
intensitate a tensiunii Ky :

6o 260 3 .

cos—|Kycos® —+-=Kjsinfp | =Kje .

2{ IC > oI nGo Ic (3.6)
Din ecuatiile (3.3) si (3.6) se determina variatia unghiului 8y de initiere la

propagarea fisurii si, respectiv, diagrama de rupere Ky;/Kjc in functie de K;/Kjc,

rezultatele fiind ilustrate in fig.3.1 si fig.3.2. Dupa Shih [1974], parametrul

adimensional M€ caracterizeazd pentru modul mixt combinatia intre modul I si
modul II, astfel:

2 K
M€ = Z arctan| =L | .
2 [KHJ 3.7)

Pentru modul II , adicd M€ = 0, dup cum se observa din fig.3.1. si fig.3.2, criteriul
MTS estimeaza ca initierea la propagarea fisurii se produce sub unghiul
6p = —arccos(1/3) = -70.5[°] relativ la planul acesteia, iar factorul critic de
intensitate a tensiunii este Kjic = 0.866K]|c . in modul 1, pentru M€ =1, criteriul
MTS estimeaza ca initierea la propagarea fisurii se produce sub unghiul 6y :0[°],
adica in planul fisurii initiale, iar factorul critic de intensitate a tensiunii este Kpc .
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3.1.2. Generalizarea criteriului tensiunii circumferentiale maxime
(criteriul GMTS)

Datorita simplitatii sale teoretice criteriul MTS a fost utilizat pe larg in
prezentarea si explicarea rezultatelor experimentale de catre foarte multi
cercetatori. Acuratetea sa in estimarea ruperii fragile in modul mixt I+II a fost
studiata pentru o serie de materiale fragile si diferite tipuri de epruvete.

Astfel, o serie de rezultate experimentale prezentate in literatura tehnica au
verificat aplicabilitatea criteriului MTS la evaluarea ruperii fragile in modul mixt I+II.
Sunt amintite aici rezultatele experimentale obtinute la temperatura ambianta de
Maccagno [1989] pe epruvete din PMMA solicitate la incovoiere in patru puncte.
Dintre toate criteriile de rupere evaluate, cele mai exacte estimari au fost obtinute
prin aplicarea criteriului MTS. De asemenea, studiile experimentale realizate de
Mahajah [1989] pe epruvete din PMMA si Homalite-100 au verificat capacitatea
criteriului MTS in estimarea conditiilor critice de initiere si propagare a fisurii pentru
ruperea fragila in modul mixt I+II.

Spre deosebire de aceste studii, numeroase alte rezultate experimentale nu
au validat acuratetea criteriului MTS in evaluarea ruperii fragile in modul mixt I+II.
Se regasesc aici studiile efectuate de Williams [1972] pe epruvete de tip placa
dreptunghiulard cu fisurd inclinatd realizate din PMMA si solicitate la intindere
uniaxiala. Intre rezultatele experimentale si estimarile bazate pe criteriul MTS
pentru evaluarea ruperii fragile in modul mixt I+II s-au finregistrat diferente
semnificative mai ales in cazurile de predominanta a modului II de solicitare.
Acestea sunt explicate pe baza termenului nesingular din dezvoltarea in serie a
expresiilor tensiunilor din zona varfului fisurii (Ewing [19741]).

O evaluare a criteriului MTS privind estimarea factorului critic de intensitate
a tensiunii si a directiei de propagare pentru modul I, II si mixt I+II este publicata
de Suresh [1990]. Pentru incercarile de incovoiere in patru puncte realizate pe
epruvete din Al,O3, Suresh a obtinut pentru modul II o valoare Ky = 2.3Kj- care

invalideaza criteriul MTS. Criteriul MTS este invalidat si de studiile publicate de Ueda
[1983] si Lim [1994] pentru incercarile realizate pe PMMA si piatra (epruveta
semidisc cu fisura, solicitata la incovoiere in trei puncte).

Numeroase alte rezultate experimentale obtinute pentru modul II pe
epruvete de tipul discului brazilian cu fisura centralda (CBD) nu sunt in concordanta
cu ecuatiile (3.3) si (3.6). Astfel, de exemplu, raportul Kjy./Kjc este semnificativ

mai mare decét valoarea 0.866 estimatd pe baza criteriului MTS: K. /Kjc =1.19
pentru gresie (Krishnan [1998]) si Kjjc/Kc =2.16 pentru piatra calcaroasa (Khan

[2000]).

Aceste rezultate experimentale au demonstrat ca prezenta tensiunilor
nesingulare (al doilea termen nesingular din dezvoltarea in serie a expresiilor
tensiunilor) n zona varfului fisurii joaca un rol important in modificarea conditiilor
critice de initiere si propagare a fisurii la ruperea materialelor fragile in modul mixt.
O generalizare a criteriului MTS (GMTS - generalized maximum tangential stress
criterion) care sa ia In considerare efectele primilor doi termeni - singular si
nesingular - din expresia tensiunii circumferentiale in zona varfului fisurii a fost
propusa in literatura tehnica de Smith [2001, 2006]. In acest sens, campul
tensiunilor elastice de la varful fisurii se exprima in coordonate polare prin relatiile
(Williams [1957]):
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o = 2 1+sin22 +Kpr isine—Ztang +Tc0526+0(r1/2j
r 2 2 2 2
og = Torr cos%{KI coszg—gKﬂ sme} +T sin 6+O( 1/2j (3.8)
SH=053 {K_rsin2+KH(3c059—1)}—Tsin9cose+o(r1/2),
211 2

unde, la o distantd r. masuraté de la varful fisurii, termenii de ordin superior
O(rl/zj se considera neglijabili, iar tensiunile nesingulare T reprezintd o parte

semnificativa a tensiunii circumferentiale (in functie de geometria epruvetei).
Pentru modul I, termenul nesingular Tsin?6 din expresia tensiunii
circumferentiale og se anuleaza de-a lungul directiei de propagare a fisurii, adica

pentru 6 =0, ceea ce inseamna ca pentru materialele liniar-elastice aceste tensiuni
nesingulare 7 nu au nici o influenta. in schimb, in modul mixt I+II, propagarea
fisurii nu se produce in planul fisurii initiale, tensiunile nesingulare T contribuind la
modificarea conditiilor critice de initiere si propagare a fisurii la ruperea materialelor
fragile.

Pe baza rationamentului prezentat in paragraful 3.1.1, din conditia (3.1a) si
expresia (3.8) a tensiunii circumferentiale og, se determina unghiul polar 6y :

00g

-0= [Kysin6p +Kr(3cos6y - 1)]—£,/2an sme—ocoseo =0. (3.9)

Ecuatia (3.9) indica faptul ca unghiul polar 6y al directiei radiale de propagare a
fisurii depinde de trei parametri, factorii de intensitate a tensiunii Ky, Ky, si

tensiunea nesingularad T pentru oricare combinatie intre modurile I+1I.
Pentru a estima initierea ruperii fragile in modul mixt pe baza criteriului
GMTS, unghiul polar 6p determinat din (3.9) impreund cu distanta criticd r¢

masurata de la varful fisurii se inlocuiesc in relatia (3.1b):
2Mr:0¢ = COS%{KI cos? 9?0 —%KH sin 90} +a2nr T sin® 6o , (3.10)

unde ag(rc,eo):ac reprezintd valoarea criticd a tensiunii circumferentiale la
distanta criticd r.. Si pentru criteriul GMTS, in modul I, cand K =0 si 6p =0,
ecuatia (3.10) se reduce la (3.5), iar conditia ruperii fragile (3.10) in modul mixt
I+1I se rescrie in functie de factorul critic de intensitate a tensiunii Kjc :

cose Ky cosz 0]
2 2

;K115/n90}+1/2ﬂrc7-51n 6p =Kie . (3.11)

Ecuatiile (3.9) si (3.11) reprezinta formularea criteriului MTS generalizat,
estimarea conditiilor critice ale ruperii fragile realizandu-se pentru oricare
combinatie a modului mixt I+II pe baza celor trei parametri ai fisurii, Ky, Ky si T .

40



(—Bn)

[*]

20
—8—GMTS B.c.=-05

70

G0

S0

40

30

20

10

—— GMTS B.c=0.375

I:I T T T T T T T T T T
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0

1.4
) —B—GMTS B.c.=-0.3
19 4 —tr— GMTS B .o = 0,375
) ] [ TS
1.0 4
0.8 A
0.6 +
0.4 4
0.2
i KI;"KL:
0.0 T T []
0.0 0.2 0.4 0.6 n.e 1.0 1.2

Fig. 3.2. Diagrama de rupere in modul mixt I+II (Smith [2001], [2006])
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Pentru a analiza efectul pe care tensiunile nesingulare 7 1l au in
determinarea conditiilor critice de initiere si propagare a fisurii la ruperea
materialelor fragile, raportul de biaxialitate B introdus de Leevers [1982] pentru
modul I

B = (Tna)/k; (3.12)
a fost extins de catre Smith [2001] la modul mixt I+II
B = (Tyna)/Ker (3.13)

unde: Kgf =‘/K12+KIZI - factorul efectiv de intensitate a tensiunii, a - lungimea

fisurii. Notadnd in plus a =,/2nr-/a, Smith [2001] rescrie ecuatiile (3.9) si (3.11)
astfel:

[K7sin6p + K7(3cos6p - 1)]- 16350 Kef sin970c0560 -0 (3.14)
Si
COSQ70|:K[ cos? 970 - %KU sineo} + BaKer sin? 6p =K . (3.15)
unde pentru modul mixt I+II
T Kic
Bag =——%
0c Ker (3.16)
cu simplificarile de rigoare pentru modul I si, respectiv, modul II.
2 N 6209
In cazul Ba < 0.375 , conditie care se obtine in modul I din > < 0, Smith
00

[2001] obtine o solutie relativ simpla pentru ecuatiile (3.14) - (3.15).
Astfel, din variatia unghiului 6p, reprezentatd in fig.3.1 pentru doud valori
ale parametrului Ba (— 0.5 si 0.375) alaturi si de solutia criteriului MTS, se desprind

cateva observatii:
e pentru Ba =0 (adica T =0) solutia corespunde criteriului MTS;

e in modul I tensiunile nesingulare T nu influenteaza valoarea unghiului 6p ;
e in modul mixt I+II tensiunile nesingulare T influenteaza valoarea unghiului
6p , influenta fiind mai importantd pentru predominanta modului II (M€ scade spre

zero);
e pentru tensiuni nesingulare T pozitive valorile unghiului 6p de propagare a

fisurii cresc (in valori absolute), iar pentru tensiuni nesingulare T negative valorile
lui By descresc (in valori absolute).

in fig.3.2 este reprezentatd diagrama de rupere, Ki/Kic in functie de
K1/Kic , pentru doud valori ale parametrului Ba (- 0.5 si 0.375) al3turi si de solutia

criteriului MTS:
e pentru Ba =0 (adica T =0) solutia corespunde criteriului MTS;
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e In modul mixt I+II, valorile factorilor de intensitate a tensiunii K; si Kjr

cresc pentru tensiuni nesingulare T negative si scad pentru tensiuni nesingulare T
pozitive;

e in modul II, valoarea factorului critic de intensitate a tensiunii K. este
influentata semnificativ de tensiunile nesingulare T .

Daca Ba > 0.375 rezultatele obtinute de Ayatollahi [2002] si Smith [2006]
sunt interesante.

Astfel, in modul I unghiul de propagare 6p nu mai coincide cu planul fisurii,
adica 6p = 0, tensiunea circumferentiald maxima producandu-se de ambele parti
ale planului fisurii, dupa solutia:

2
3 3 1
6p = £ 2 arccos = .
0 32Bra [32810] "2 (3.17)

Parametrul adimensional Bja se exprima in functie de tensiunile nesingulare T
normalizate cu valoarea critica a tensiunii circumferentiale o,

I _K

= Bra , 3.18
oc Kic ( )

unde Bj = (T na)/KI reprezinta simplificarea relatiei generale (3.13) pentru modul
I, conditia ruperii fragile (3.15) devenind:

K ) -1

—L cos3—0+BIasin2 6o . (3.19)
Kic 2

in modul 1, variatia unghiului de propagare a fisurii 6p si a factorului de intensitate
a tensiunii K; la rupere, raportata la valoarea criticd Kj., sunt ilustrate in fig.3.3 si
fig.3.4 in functie de tensiunea nesingulara normalizatd T/o.. Pentru usurinta

interpretarii rezultatelor reprezentarile grafice sunt extinse si in domeniul tensiunilor
nesingulare negative (unde precedentele observatii raman valabile):

e unghiul critic 6. creste cu valoarea tensiunilor nesingulare (fig.3.3), deviind
de la planul fisurii initiale;

e valoarea factorului de intensitate a tensiunii K; la rupere scade rapid cu
T/oc.

in modul II, unghiul de propagare 6y a fisurii este dat de ecuatia (3.14),

care se transforma in

)

sin7coseg} =0 (3.20)

KH{(3 cosBp - 1)- 165%

unde Bj = (T na)/KH reprezintd simplificarea relatiei generale (3.13) pentru
modul II si se exprima in functie de tensiunile nesingulare T normalizate:
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Fig. 3.3. Variatia unghiului 8p de propagare a fisurii pentru modul I si II in functie de
tensiunile nesingulare normalizate (Smith [2001], [2006])
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Fig. 3.4. Variatia factorului critic de intensitate a tensiunii pentru modul I si II in functie de

tensiunile nesingulare normalizate (Smith [2001], [2006])
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in final, conditia ruperii (3.15) devine pentru modul II:
Krr e

1
) 3 .
—L = | Byya sin© 6pg — =sin 6 cos — . 3.22
Ko {II in* 8p - sl 2} ( )

Variatia unghiului de propagare a fisurii 6y si a factorului de intensitate a tensiunii
K1 la rupere, raportata la valoarea criticd Kj., sunt ilustrate in fig.3.3 si fig.3.4 in

functie de tensiunea nesingulard normalizatd T/o., pentru modul II, cu

observatiile:
e pentru T/o. =0 estimdrile criteriului GMTS coincid cu cele ale criteriului

MTS (6p = -70.5[°]si Kic = 0.866K;c );
e pentru valori pozitive ale tensiunii nesingulare, valoarea criticd a factorului
de intensitate a tensiunii Kj;- scade sub valoarea 0.866Kj., iar la valori negative

ale tensiunii nesingulare depaseste aceasta limitd, influenta fiind semnificativa chiar
si pentru valori moderate ale raportului T/o. . Din acest motiv, valoarea criticd a

factorului de intensitate a tensiunii Ky determinata experimental se utilizeaza in

aplicatiile ingineresti pentru care conditiile la varful fisurii (in termenii tensiunilor
nesingulare) sunt similare celor pentru care a fost determinata valoarea criticd Ky .

Criteriul GMTS a fost utilizat in analiza rezultatelor experimentale si in
estimarea conditiilor critice ale ruperii fragile in modul I, modul II sau modul mixt
I+II: unghiul 6y al directiei de initiere a fisurii, diagrama de rupere in termenii

Kr/Kie - Kir/Ke sifactorul critic de intensitate a tensiunii Kjjc .

Acuratetea criteriului GMTS a fost testata pentru diferite materiale si tipuri
de epruvete, astfel:
e discul brazilian cu fisura centrald inclinata (CBD), solicitat la compresiune pe
directia diametrului, pentru teste pe calcar si gresie (Ayatollahi [2005]);
e semidiscul cu fisura laterald inclinata (SCB) solicitat simetric la incovoiere in
trei puncte, pentru PMMA (Ayatollahi [2006], [2006a]);
e placa patrata cu fisura centrala inclinata, solicitata la intindere pe directia
diagonala (DLSP), realizata din Plexiglas (Ayatollahi [2009]);
e inelul cu doua fisuri inclinate solicitat la compresiune pe directia diametrului,
la incercari experimentale pe granit (Aliha [2008]);
e epruveta pentru incovoiere asimetricd in patru puncte (ASFPB), pentru
incercari pe marmura (Aliha [2009]);
e semidiscul cu fisura laterala verticala (ASCB) solicitat asimetric la incovoiere
in trei puncte, pentru PMMA (Ayatollahi [2011]).
Generalizand criteriul MTS prin considerarea tensiunii nesingulare T alaturi
de termenul singular in expresia tensiunii circumferentiale og in zona varfului

fisurii, lucrarile amintite demonstreaza ca estimarile bazate pe criteriul GMTS sunt in
acord cu rezultatele experimentale.
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3.1.3. Extinderea criteriului MTS la concentratori nesingulari de
tensiune

Introdus de catre Erdogan [1963] pentru componentele cu fisuri, criteriul
MTS a fost extins la studiul ruperii fragile a componentelor cu concentratori de
tensiune nesingulari. Astfel, au fost investigati concentratori de tensiune de tipul
crestaturilor in forma de U, pe diferite epruvete:

e SENB - epruvete de incovoiere in trei puncte cu crestatura laterald, realizate
din PMMA, Ayatollahi [2009a];

e UNBD - epruvete de tipul discului brazilian cu crestatura centrala in forma
de U, realizate din PMMA si sticla, Ayatollahi [2010].

Pentru studiul concentratorilor de tensiune de tipul crestaturilor in forma de
V rotunjite la varf a fost utilizat discul brazilian cu crestatura centrala de tip V
(RVBD) realizat din PMMA, Ayatollahi [2010a].

Denumit, dupa forma geometricd a crestaturii, criteriul UMTS, respectiv
criteriul RV-MTS, permite extinderea criteriului MTS la concentratorii de tensiune
nesingulari se bazeaza pe solutia propusa de Filippi [2002] pentru campul
tensiunilor elastice in modul mixt de solicitare - relatiile (1.19), (1.20). Astfel,
expresia tensiunii circumferentiale og in zona varfului crestaturii este:

Y oy
oolr ) - T AUk j” 51(0) -

Jzart | 07 (g
3.23
VP ot (3.23)
II II(G)Jr r gH(G)
Jzart7e |0 o 6

unde K‘I/p si K}/Ip reprezinta factorii de intensitate a tensiunii pentru concentratorul

de tensiune in forma de V cu raza la varf p, rp este distanta de la originea
sistemului de coordonate la varful concentratorului, exponentii reali Az, Az, 1y, 2

depind de deschiderea unghiulara 2a, iar fé’,fé"’,gé,gé", sunt functii de unghiul
polar 6. Pentru concentratorii de tensiune de tipul crestaturilor U (cu 2a=0 si
ro=p/2), respectiv, de tipul crestdturilor V cu varful ascutit (p=0 si rp=0)

relatia (3.23) se simplifica corespunzator.
Prima ipoteza a criteriul RV-MTS (sau dupa caz UMTS) presupune ca ruperea
fragild se initiazd de la vérful crestdturii din punctul determinat de unghiul 6y,

atunci cand tensiunea og la o distantd criticd r. este maxima. Astfel, Tnlocuind
expresia (3.23) in conditia (3.1a), se obtine ecuatia

oo
-5510b,90)==0, (3.24)

din care se determind unghiul 6y de initiere a ruperii, in functie de factorii de
intensitate a tensiunii K‘I/p, K}/Ip. In ecuatia (3.24) raza r se inlocuieste cu distanta

criticd ro masuratd din originea sistemului de axe. Se observd cd unghiul 8y de
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initiere a ruperii depinde de distanta critica r. si de geometria concentratorului de
tensiune, prin raza la varf p si deschiderea unghiulara 2a.

Cea de-a doua ipoteza a criteriul RV-MTS (sau dupa caz UMTS) presupune
cd ruperea se produce atunci cand tensiunea circumferentiala og de-a lungul
directiei de unghi 6y atinge valoarea criticd o., la distanta r = r.. Astfel, in baza
expresiei (3.23), se obtine relatia care determina conditiile ruperii in modul mixt:

\I/p ! re H1-A1 !
e rdieo) || okieo)
P . e (3.25)
(e CJ g (6p)].
4 o) )" “oleo)

Cu referire la modul I pur, ruperea se produce atunci cand factorul de
intensitate a tensiunii K}/p atinge valoarea sa critica Kj‘./cp; aceasta se determina

experimental si depinde de geometria concentratorului de tensiune prin raza la varf
p si deschiderea unghiulara 2a, nefiind o constanta de material in sensul unei

valori critice unice. Introducand in (3.25) conditiile de rupere 6y =0, KVp K}/f ,

K‘I/Ip =0 pentru modul I, se obtine relatia
KVp I re H1-A1 .
o, =—1¢ _|flg, =0 — 6p =0)|, .
" o 960 )+[roj 9560 =0) (3.26)
care permite exprimarea tensiunii o, in functie de valoarea critica K}/f, rezultédnd:
Vp H1-A Vp H1=Ay
K K
_ M | eI Ic I I 'c I
f,(0 — 0 f7(6 — 0
V2 A 9()+[foJ %00)) - 5“1 9(0)+[ro] %(00))+
Kif i e 22 g e
—==1f;" (6 < 6p)|-
J2nrl 9(0)+[roJ % (o)

Cu valorile cunoscute pentru re si K1\'/cp' din (3.24) si (3.27) se traseaza diagrama
de rupere in modul mixt, pentru un anumit concentrator de tensiune. De asemenea,
cu valorile determinate experimental pentru K‘I/f si 0. se obtine din (3.26) relatia

de calcul a distantei critice r. (dependentd de geometria crestaturii):

772) H1-A1
K
A Kie f1(0)+[:_;] gl0)|=0, (3.28)

N2no,

unde pentru materialele fragile o. se considerd egald cu rezistenta la rupere o, la
intindere uniaxiald.
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3.2. Evaluarea ruperii fragile pe semidiscul cu fisura laterala
verticala solicitat la incovoiere asimetrica (epruveta ASCB)

3.2.1. Geometria epruvetei ASCB

Epruveta de tip semidisc solicitata la fincovoiere (SCB) in trei puncte,
prezentata in fig.3.5, a fost utilizata pentru analiza ruperii materialelor fragile in
modul mixt in numeroase studii. Pentru acest tip de epruveta cu fisura inclinata,
distanta dintre directia fortei aplicate si suportii de rezemare este mentinuta
constanta. Pentru modul mixt de rupere, diferitele combinatii dintre modul I si II se
obtin prin inclinarea fisurii laterale la diferite valori ale unghiului B, fata de directia
de aplicare a fortei F (Ayatollahi [2006], [2006a]). Astfel, pentru a obtine un mod
mixt cu predominanta modului II valorile acestui unghi sunt relativ mari 8 = 50[0].
Dificultatea realizarii practice a unei fisuri inclinate este principalul dezavantaj al
acestui tip de epruveta.

grasime t grosime t

Fig. 3.5. Semidiscul cu fisurd laterala Fig. 3.6. Semidiscul cu fisurd laterala
inclinata solicitat simetric la incovoiere verticala solicitat asimetric la incovoiere
(SCB, Ayatollahi [2006]) (ASCB, Ayatollahi [2011])

intr-o lucrare recentd, Ayatollahi [2011] propune o variantd imbunatititd a
acestei epruvete: semidiscul cu fisurd laterald verticald solicitat asimetric la
incovoiere (ASCB, fig. 3.6). Diferitele combinatii dintre modul I si II, in modul mixt,
se obtin prin solicitarea asimetrica la incovoiere utilizand un dispozitiv adecvat care
permite modificarea distantelor dintre suportii de rezemare S; = S,, relativ la

directia de aplicare a fortei F ( Sy fixa, iar S, variabild). Evident, modul I se obtine
pentru solicitarea simetrica la incovoiere a epruvetei, adicd pentru S; =S,.

Utilizarea semidiscului ASCB la analiza ruperii materialelor fragile in modul
mixt implicd determinarea combinatiei dintre modul I si modul II pentru fiecare
geometrie si pozitie a suportilor de rezemare. in fapt, acest demers se rezumi la
determinarea factorilor de intensitate a tensiunii Ky si Ky pentru diferitele valori

relative ale dimensiunilor geometrice a/R, S;/R si S»/R, unde R reprezinta raza
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semidiscului, iar a lungimea fisurii initiale. Aplicarea criteriului GMTS implica in plus
si determinarea tensiunilor nesingulare T pentru fiecare caz de solicitare, utilizarea
metodei elementului finit in acest scop reprezentand o solutie rapida si accesibila.

3.2.2. Determinarea factorilor de intensitate a tensiunii K;, K;; si a
tensiunilor nesingulare 7 pentru epruveta ASCB

Pentru epruveta ASCB, Ayatollahi [2011] propune determinarea factorilor de
intensitate a tensiunii K; si Kj in functie de relatiile dintre dimensiunile

geometrice (prin a/R,S;/R si S»/R) dupd expresiile:

Kr = %\/E YI(a/R, Si/R, SZ/R)

; (3.29)
K = ﬁﬁ Yir(a/R, S1/R, S2/R)

unde Y7 si Y7 sunt coeficientii adimensionali corespunzatori modului I si, respectiv,
modului II. O expresie similard este utilizata si pentru determinarea tensiunii
nesingulare T :

F *
T=—T (a/R, S1/R, S>/R) , .
Srp | (@R, S1/R, S3/R) (3.30)

unde T" reprezinta coeficientul adimensional al tensiunii nesingulare (sau tensiunea
nesingulara normalizata, cu alte cuvinte).
Coeficientii adimensionali Y7, Yir si 7" din relatiile (3.29) si (3.30) se

determina din analiza numerica cu metoda elementului finit.
Pentru dimensiunile geometrice ale epruvetelor ASBC realizate din Necuron
1020 si Necuron 651 testate la incovoiere in trei puncte - R = 40[mm], a = 12[mm]

sit= 10[mm], fig. 2.10 - relatiile geometrice utilizate in analiza numerica sunt:
a/R=0.3, S;/R=0.75, S»/R=0.1+0.75. (3.31)

cu raportul Sy/R variabil, pentru obtinerea combinatiei analizate dintre modul I si
modul II.

In fig. 3.7 este prezentat unul dintre modelele cu elemente finite, realizat cu
pachetul software CosmosM 2.9. Pentru a modela singularitatea 1/\/7, un rénd de
32 elemente finite bidimensionale triunghiulare cu 6 noduri a fost generat pe o
razd de 0.02[mm] in zona de la varful fisurii (detaliul din fig. 3.7). Nodurile situate
pe mijlocul laturilor adiacente varfului fisurii au fost deplasate la o distanta de 1/4
din lungimea laturii elementului finit, spre nodul corespunzdtor varfului fisurii
(Marsavina [1998]). In jurul acestui rand de elemente singulare, pe o raza de
1.5 [mm], s-a generat o retea find contindnd 1600 elemete finite izoparametrice cu
8 noduri. In final, discretizarea intregului domeniu plan s-a realizat cu un numar
total de 5248 elemente finite plane si 16092 noduri (cu cate 2 grade de libertate
pe fiecare nod). La o grosime a epruvetelor de ¢ = 10[mm] modelarea s-a realizat in
conditiile starii plane de deformatie.
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Fig. 3.7. Modelul cu elemente finite realizat in pachetul software CosmosM 2.9 (modelarea
zonei de la varful fisurii, in detaliu)

Pentru poliuretanul rigid Necuron 1020 urmatoarele proprietdtile mecanice
elastice au fost considerate in analiza liniar-elastica cu elemente finite: modulul de
elasticitate longitudinal E = 3340([MPa| si coeficientul de contractie transversald

v=0234.
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Fig. 3.8. Campul tensiunilor von Mises pentru modul I (Kyr =0)
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Fig. 3.9. Campul tensiunilor von Mises pentru modul mixt I+1I (K7 /Ky = 0.9)

Fig. 3.10. Campul tensiunilor von Mises pentru modul II (K; = 0)

incovoierea asimetrica in trei puncte din fig. 3.6 a fost modelatd impunand
conditiile la limita: deplasarile verticale pentru nodurile corespunzatoare suportilor
de rezemare uy, =0 sio forta F =100 [N] aplicata pe directia verticald continuta in
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planul fisurii initiale. Campul tensiunilor echivalente von Mises in zona de la varful
fisurii pentru trei dintre cazurile analizate este redat in fig. 3.8 - 3.10.
Valorile factorilor de intensitate a tensiunii K; si Kj; s-au determinat

pentru fiecare dintre cazurile analizate prin metoda extrapolarii tensiunilor. in fig.
3.11, pentru trei dintre cazurile analizate, este redatd in coordonate dublu-
logaritmice variatia factorilor de intensitate a tensiunii K; si Kj; in zona de la varful

fisurii pe directia 6 =0, pentru forta verticala aplicata F = 100 [N] Se remarca
constanta factorilor de intensitate a tensiunii K; si Kjr, inclusiv pentru modul mixt
I+11, pand la o distantd r = 1 [mm] m&suratd de la varful fisurii.

1.00
K & Kp-5z/R=0.75modul 1)
K11 o Kp- Sz /R =0.2[modul mixt)
[Mpa\f'n?] B k-5 /R =0.2 [modul mixt)
* Kip-S2/R =0.1(madul 11
0.10 - L A N N AN T C W01 11 A AT i

L I

0.01 .
0.01 0.10 t [mm] 1.00

Fig. 3.11. Variatia factorilor de intensitate a tensiunii K; si Ky pentru F =100 [N]

in baza relatiilor (3.29), si cu valorile determinate pentru K; si Ky din

analiza numerica a starii de tensiune in zona de la varful fisurii, se determina
coeficientii adimensionali Y; si Yy pentru geometria data a epruvetei ASBC.

Variatia acestor coeficienti este redata in fig. 3.12 in functie de raportul
adimensional S,/R. Situatia S; =S, pentru care coeficientul Y;; = 0, corespunde

modului I pur. La micsorarea distantei S, (prin deplasarea suportului corespunzator
spre planul fisurii) coeficientul adimensional Y; al modului I scade, iar coeficientul
Yrr al modului II creste. In modul mixt, diferitele combinatii dintre modul I si II se
obtin prin pozitionarea suportului la distanta S, corespunzatoare. Pentru un raport
S5/R=0.108 coeficientul adimensional al modului I devine Y7 = 0, aceasta situatie

de solicitare corespunzand modului II pur.
Pentru validarea rezultatelor, un model similar de calcul numeric cu

elemente finite pentru epruveta ASCB a fost realizat si in pachetul software Abaqus
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6.5, unde determinarea factorilor de intensitate a tensiunii K; si Kj; se bazeaza pe

calculul integralei J, in cazul unui material cu comportare liniar-elastica.

2.0
4.5 -
4.0 -
2.9 4
3.0 4
2.5 A
2.0 A
1.5 4
1.0 4
0.5 A
0.0 -

_D|5 T T T T T T T T T T T T T T T
o 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8
S2/R [-]

coeficient 1, Y11 [-]

——
—i— 11
a/R=0.3
S1/R=3/4

Fig. 3.12. Variatia coeficientilor adimensionali Y7 si Y> ai factorilor de intensitate a
tensiunii

0.0
05 A

coeficient T* [-]
AN
n

—a—factorul T*

-2.0 1
a/R=0.3

=33 1 S1/R=3/4
4.0 4

45 -

_5|D T T T T T T T T T T T T T T T
] 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8
SR [-]

*
Fig. 3.13. Variatia coeficientului adimensional T  al tensiunii nesingulare
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Erorile relative pentru valorile coeficientilor adimensionali Y7 si Yi; determinate pe

cele doud modele de calcul numeric sunt de ordinul + 2.5[%].
Aplicarea criteriului GMTS la analiza ruperii materialelor fragile in modul mixt
pe epruvete ASCB presupune si cunoasterea tensiunilor nesingulare T in zona de la

varful fisurii. Variatia coeficientului adimensional 7" al tensiunii nesingulare, este
prezentata in fig. 3.13 pentru geometria epruvetei ASCB analizatéd in lucrare.
Graficul s-a trasat in baza relatiei (3.30) si a tensiunilor nesingulare determinate
direct pe modelul cu elemente finite realizat in pachetul software Abaqus 6.5, la o
forta aplicatd pe directia verticala F:100[N]. Pentru geometria si starea de
solicitare studiate, din fig. 3.13 se observa ca tensiunile nesingulare T sunt
negative pe intreg domeniul, iar valorile lor scad pe masura ce raportul S>/R se

micsoreaza, adica cu predominanta modului II.

3.2.3. Analiza rezultatelor experimentale pe baza criteriului GMTS

Rezultatele pentru incercarile de rupere in modul mixt I+II realizate pe
epruvete ASCB confectionate din poliuretanul rigid Necuron 1020 sunt prezentate in
tabelul 3.1. Aldturi de forta critica F.- inregistrata, in tabelul 3.1 sunt prezentate

valorile factorilor de intensitate a tensiunii Ky si Kj determinate pentru Fq-,
precum si valorile masurate ale unghiului 8y de initiere la propagarea fisurii pentru

fiecare epruveta.
In mod practic, nlocuind expresiile (3.29) si (3.30) in relatia (3.9), se
determina unghiul critic 8y ca solutie a ecuatiei:

*
V7 sin6p + Yyr(3 cos 6p - 1)] - %,IZrc/a sine?ocos 6y =0, (3.32)

pentru valorile coeficientilor adimensionali Y, Yy si 7" determinate din fig. 3.12 si
fig. 3.13 prin interpolare pentru un anumit raport S»/R. Cu unghiul critic 6p
calculat, conditia (3.11) a ruperii fragile in modul mixt I+II se rescrie in functie de
coeficientii adimensionali Y7, Y si T" astfel incat s3 rezulte raportul Kj/Kjc :

_ } " -1
ﬁ: cose—o cosze—o—zmsineo + ZLT—sinZ 6o , (3.33a)
KIC 2 L 2 2 YI ] a YI
si respectiv Kjr/Kjc
_ } N -1
Kn = cose—o icosze—o—isineo + ZiT—sin2 6o , (3.33b)
KIC 2 _YII 2 2 ] a YII

pe baza cdrora se construieste diagrama de rupere dupa criteriului GMTS.
Distanta criticd r. se determind cu relatia propusa de Taylor [2006],

[2007], [2008]:
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2
rCA—L[&j _0.34fmm] (3.34)
2 20\ of

unde Kjc = 2.3[MPa\/F] si 0y = 49.75[MPa], determinate in capitolul 2.

Din analiza rezultatelor experimentale obtinute pe epruvete ASCB pentru
poliuretanul rigid Necuron 1020 (prezentate in tab. 3.1) rezulta o valoare medie a

factorului critic de intensitate a tensiunii Kj- = 2.655 [MPa \/E} , valoare superioara
cu aproximativ 15[%] celei determinate pe epruvete standard de incovoiere in trei
puncte Kjc = 2.3[MPa \/E} (ASTM D 5045-99). Din valoarea medie obtinuta pentru

factorului critic de intensitate a tensiunii in  modul II, si anume
Krrc :2.771[MPa \/E}, rezultd un raport Kj/Kjc = 1.04 superior predictiei dupa

criteriul MTS.
Tabel 3.1 Rezultatele testelor pe epruvete ASCB (Necuron 1020)

SR ) kp[mpam| ok [wea ] me] el
0.75 2460 2.650 0 1 0.5
0.75 2490 2.682 0 1 0.7
0.75 2410 2.596 0 0.8
0.75 2500 2.693 0 1 0.0
0.5 3290 2.654 0.187 0.955 17.3
0.5 3370 2.718 0.192 0.955 20.1
0.5 3160 2.549 0.180 0.955 13.0
0.3 4970 2.385 0.793 0.795 45.8
0.3 5080 2.438 0.811 0.795 40.3
0.3 4840 2.323 0.772 0.795 36.8
0.2 6840 1.709 1.897 0.467 50.3
0.2 6560 1.639 1.819 0.467 61.2
0.2 6740 1.684 1.869 0.467 47.4
0.15 7130 0.835 2.585 0.199 59.6
0.15 7015 0.822 2.543 0.199 62.9
0.15 7475 0.876 2.710 0.199 65.0

0.108 6550 0 2.852 0 65.6
0.108 6455 0 2.810 0 63.2
0.108 6080 0 2.649 0 73.0
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Fig. 3.14. Diagrama ruperii in modul mixt pe epruvete ASCB realizate din Necuron 1020
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Fig. 3.15. Variatia unghiului critic de initiere la propagarea fisurii 6. cu parametrul M€
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Din diagrama de rupere ilustratd in fig. 3.14, se contata ca criteriul MTS
subestimeaza semnificativ conditiile critice ale ruperii fragile Tn modul mixt,
indeosebi pentru cazurile de predominanta a modului II, unde conform rezultatelor
din fig 3.13 tensiunile nesingulare T sunt negative si se majoreaza in valori
absolute. Astfel, erorile medii relative sunt cuprinse in intervalul

+20.28%...+ 32.34% pentru M€ < 0.466 .
In fig. 3.14 este reprezentata si diagrama de rupere estimata pe baza
criteriului GMTS, pentru valoarea distantei critice re=0.34 [nm]. Erorile relative

pentru estimarea conditiilor critice ale ruperii fragile in modul mixt sunt cuprinse in
intervalul -2.60%...+ 3.53% , pentru M€ >0.199. Pentru valori mai mici ale

parametrului M€ erorile de estimare devin importante, pentru modul II eroarea
relativa medie fiind egald cu 32.87% . In concluzie, aplicarea criteriului GMTS

imbuntdteste sensibil estim&rile conditiilor de rupere pentru M€ >0.199, dar
erorile sunt importante pentru situatiile de predominanta a modului II.

In fig. 2.13 sunt prezentate cateva dintre epruvetele ASCB realizate din
Necuron 1020, rupte in modul mixt I+II. Se observa ca propagarea fisurii se
produce n afara planului fisurii initiale pentru toate combinatiile intre modul I si II,
cu exceptia cazului de solicitare in modul I pur.

in domeniul de predominantd a modului II, criteriul MTS furnizeazd estimari
rezonabile ale unghiului critic 6. de initiere la propagarea fisurii. Astfel, pentru

modul II de solicitare, estimarea criteriului MTS pentru unghiul critic este
6p =-70.5[°], din incercirile experimentale rezultind o valoare medie

8p = -67.29]°], adicd o eroare relativd de -5.2% . Estimirile nu sunt imbuntitite
prin considerarea tensiunilor nesingulare T . Astfel, pentru r. =0.34 [mm],
estimarea criteriului GMTS devine 6y = -53.31 [0], adica o eroare relativa de 20.6%,
pentru modul II de solicitare. Cum valorile masurate pentru unghiul 68y depind
sensibil de distanta criticd r. la care masuratorile sunt efectuate, erorile sunt partial

explicate si de acest factor.
Pentru poliuretanul rigid Necuron 651, distanta critica r. se determina din:

2
et L(Ke| _o52[mm] |,
2 20\ of

unde K¢ = 1.0[MPa\/E] si 0y = 17.40[MPa], determinate in capitolul 2.

Din analiza rezultatelor experimentale obtinute pe epruvetele ASCB pentru
Necuron 651 (prezentate in tab. 3.2) rezulta o valoare medie a factorului critic de

intensitate a tensiunii Kje :1.253[MPa \/E}, valoare superioara cu aproximativ
25[%] celei determinate pe epruvete standard de incovoiere in trei puncte
Kic = 1.0[MPa \/E} (ASTM D 5045-99). Pentru valoarea medie a factorului critic de

intensitate a tensiunii in modul II, si anume Kjjc =1.376[MPa \/E}, rezultd un

raport Kjjc/Kic = 1.10 superior predictiei dupa criteriul MTS.
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Si pentru Necuron 651 criteriul MTS subestimeazd semnificativ conditiile
critice ale ruperii fragile Tn modul mixt, indeosebi pentru cazurile de predominanta a
modului II (fig.3.16). Astfel, erorile relative medii sunt cuprinse fin intervalul

-1.66%...+35.71% pentru 1>M€ >0.

Tabel 3.2 Rezultatele testelor pe epruvete ASCB (Necuron 651)

S2/R ] Fer [N] Kr [MP& ﬁ} K [MPa \/E} me [-] 6o []
0.75 1160 1.249 0 1 0.8
0.75 1140 1.228 0 1 1.2
0.75 1190 1.282 0 1 0.5
0.5 1580 1.274 0.090 0.955 11.6
0.5 1625 1.310 0.092 0.955 20.9
0.5 1545 1.246 0.088 0.955 17.5
0.3 2360 1.132 0.376 0.795 29.1
0.3 2435 1.168 0.388 0.795 31.7
0.3 2210 1.060 0.352 0.795 33.5
0.2 3060 0.764 0.848 0.467 51.0
0.2 2990 0.747 0.829 0.467 46.1
0.2 3020 0.754 0.837 0.467 41.9
0.15 3160 0.370 1.145 0.199 63.3
0.15 3120 0.365 1.131 0.199 55.1
0.15 3090 0.362 1.120 0.199 52.1
0.108 2890 0 1.291 0 67.5
0.108 3200 0 1.429 0 57.5
0.108 3150 0 1.407 0 59.9

in fig. 3.16 este reprezentatd si diagrama de rupere estimatd pe baza
criteriului MTS si GMTS, pentru valoarea distantei critice r.=0.52 [mm]. Erorile

relative in estimarea conditiilor critice ale ruperii fragile in modul mixt sunt cuprinse
in intervalul -3.06%...+4.93% , pentru M€ >0.466. Pentru valori mai mici ale
parametrului M€ erorile de estimare devin importante: 20.21% pentru
M€ =0.199 si 41.43% pentru M€ =0.000 (modul II pur). In concluzie, aplicarea
criteriului GMTS nu Tmbunatateste sensibil estimarile conditiilor de rupere pentru

poliuretanul rigid Necuron 651.
Estimarile criteriilor MTS si GMTS pentru unghiul critic 6. de initiere la

propagarea fisurii sunt in concordanta cu masuratorile experimentale (fig.3.17).
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Fig. 3.16. Diagrama ruperii in modul mixt pe epruvete ASCB realizate din Necuron 651

Fig. 3.17. Variatia unghiului critic de initiere la propagarea fisurii 6. cu parametrul ME
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Pentru modul II de solicitare, estimarea criteriului MTS pentru unghiul de initiere
este 6y =-70.5[°], din incercérile experimentale rezultdnd o valoare medie

6p =-61.66 [0], adica o eroare relativd de -14.9% . Estimarea criteriului GMTS este
0p = -48.8[°], eroarea relativa fati de mésurétorile experimentale fiind de 21.4% .

Criteriul GMTS propus de Smith [2001], [2006], prin considerarea efectului
tensiunilor nesingulare T, imbunatdteste estimarea conditiilor critice ale ruperii

fragile pe epruvete ASCB in modul mixt pentru 0.199 < M€ < 1, in comparatie cu
criteriul MTS. La dominanta modului II, pentru 0 < M€ <0.199, erorile sunt
importante:  Kjjc/Kijc =1.38 in  comparatie cu rezultatul experimental
Krie/Kic = 1.04 pentru Necuron 1020, respectiv Kjjc/Kic = 1.55 in comparatie cu
valoarea determinata experimental Kjj./Kjc = 1.10 pentru Necuron 651.

Pentru epruvetele ASCB utilizate, tensiunile nesingulare negative pe intregul
interval de testare 0.1 <S,/R<0.75, respectiv 0< M€< 1, produc o crestere a
factorului critic de intensitate a tensiunii, astfel Kjj./Kjc =1.04 pentru Necuron
1020 si Kjc/Kic = 1.10 pentru Necuron 651. Un rezultat asemanator este obtinut si
de Ayatollahi [2011]: pentru materialele cu o distantd criticd r. mai mare se obtine
o valoare Kjjc superioard, efectul tensiunilor nesingulare T fiind mai pronuntat

pentru astfel de materiale (marmurd, granit). Valorile factorului critic de intensitate
a tensiunii Ky determinate experimental pe epruvete ASCB, in prezenta unui camp
al tensiunilor nesingulare T negative, se utilizeaza cu precautie in evaluarea ruperii
componentelor cu fisuri, si doar dupa analiza campului tensiunilor din zona de la
varful fisurii. Existenta unui cdmp al tensiunilor nesingulare T pozitive, pentru o
geometrie si mod de solicitare diferite de cele pentru care s-au facut determinarile
experimentale, produce o reducere aparentd a factorului critic de intensitate a
tensiunii Kyjc .

Prezenta tensiunilor nesingulare T in zona de la varful fisurii influenteaza si
valoarea unghiului critic 6p. Pentru epruvetele analizate ASCB are loc, in valori

absolute, o reducere a unghiului de initiere la propagarea fisurii.

3.2.4. Estimarea fortei critice de rupere pentru epruvetele ASCB

Conform celei de-a doua ipoteze a criteriului MTS, respectiv GMTS,
propagarea fisurii se produce pe directia radiald de unghi 6y, atunci cand tensiunea

circumferentiald maxima la o distantd criticd r. atinge valoarea critica o.. Cele
doua marimi sunt considerate proprietati de material, cu o, = 0, si r. determinata

cu relatia (3.34). Dupa criteriul MTS, daca se introduce in (3.4) expresiile (3.29), se
determina forta criticd Fo la rupere din relatia

O'C:% %[chof%—%ﬁcos%sin@oj , (3.35)
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pentru diferite valori ale parametrului adimensional M€. O relatia similard se obtine
si dupa criteriul GMTS, inlocuind in (3.10) expresiile (3.29) si (3.30):

F a 36p 3 6o _. * . 2
Or = ——| [—| Y7 cos® =% - =Y> cos—-sinB T sin© 6 .
c 2Rt{ 2rc( 1 2 22cspento 0 (3.36)

Arezultate experimentale
2 1 m— criteriul MTS
= = criteriul GMTS

1_

o000 W]

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0

Fig. 3.18. Variatia Fc de rupere a epruvetelor ASCB in modul mixt (Necuron 1020)

Pentru Necuron 1020, 1in tabelul 3.3 sunt prezentate rezultatele
experimentale pentru forta criticd F. medie, impreund cu estimdrile dupa criteriile

MTS si GMTS. Variatia fortei critice dupa criterile MTS si GMTS comparativ cu
rezultatele experimentale este redata in fig. 3.18, pentru ar:49.75[MPa] Si

re = 0.34[mm].

Tabel 3.3 Estimarea fortei critice pentru epruvetele ASCB (Necuron 1020)

Fer [V] Fer [N] Eroare Fer [N] Eroare
e 3 relativa 3 relativa
me [-] rezultate estimare [96] estimare [96]
experimentale MTS ° GMTS °
1.000 2465 2134 -13.4 2134 -13.4
0.955 3273 2829 -13.5 2831 -13.5
0.795 4963 4192 -15.5 4303 -13.3
0.467 6713 4821 -28.2 5662 -15.6
0.199 7206 4730 -34.3 6458 -10.4
0.000 6201 4455 -28.1 7154 +15.3

61



Rezultatele experimentale si predictiile dupa criteriile MTS si GMTS, pentru

Necuron 651, sunt prezentate in tabelul 3.4 si ilustrate in fig.3.19, cu
0 = 17.40[MPa] si rz = 0.52[mm].
4
FCI’
kM
& -
3 E}l -‘--.__ - é
'!._-‘
-
~ &
2 -
Arezultate experimentale
14 L
— CritEriul MTS
= == Criteriul GMTS
M -]
I:I T T T T T T T T T T
o.o 0.2 0.4 0.6 n.e 1.0

Fig. 3.19. Variatia Fo de rupere a epruvetelor ASCB in modul mixt (Necuron 651)

Tabel 3.4 Estimarea fortei critice pentru epruvetele ASCB (Necuron 651)

For ] Folv] ~ Eroare  p [y]  Eroare
e ) relativa ) relativa
me [-] rezultate estimare [96] estimare [96]
experimentale MTS ° GMTS °
1.000 1163 923 -20.6 923 -20.6
0.955 1583 1224 -22.7 1225 -22.6
0.795 2335 1813 -22.3 1871 -19.8
0.467 3023 2085 -31.0 2527 -16.4
0.199 3123 2046 -34.5 2987 -4.3
0.000 3080 1927 -37.4 3475 +12.8

Pentru modul I si pentru modul mixt, la predominanta modului I, estimarile
celor doua criterii sunt comparabile, iar erorile relative fata de rezultatele
experimentale sunt aprox. —13.5[%)| pentru Necuron 1020 si respectiv —20[%)|

pentru Necuron 651.

Criteriul MTS introduce erori relative ridicate in estimarea fortei critice de
rupere fragild in modul mixt, la predominanta modului II, aprox. —28.2.. - 34.3 (%]

pentru Necuron 1020 si respectiv -31.0.. 737.4[%] pentru Necuron 651. In schimb,
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estimarile dupa criteriul GMTS sunt mai exacte, cu erori relative in intervalul
~10.4..+15.3[%| pentru Necuron 1020 si respectiv -16.4..+12.8[%] pentru
Necuron 651.

Prin considerarea efectului tensiunilor nesingulare T, criteriul GMTS permite
estimarea cu suficienta precizie pentru aplicatiile ingineresti a fortei critice de rupere
fragila in modul mixt pentru componentele realizate din materialele poliuretanice
Necuron 1020 si Necuron 651.
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3.3. Evaluarea ruperii fragile pe epruvete de incovoiere in trei
puncte (SENB) cu crestatura laterala in forma de U

3.3.1. Criteriul UMTS

in cazul concentratorilor nesingulari de tipul crestiturd laterald in formd de
U, pentru care 2a=0, rp =p/2, Ay =A>=0.5 si y;=py=-0.5, expresia (3.23) a
tensiunii circumferentiale og se simplifica dupa cum urmeaza:

KY [(3 D) epsf 1 39} KY [[3 pj 6 3 39}
COS — + = C0S — sin—+=sin—| (3.37)
2\/2nr K j 2\2nr r 2 2 2

iar ecuatia (3.24) din care se determina unghiul 6y de initiere a ruperii devine:

3 p 6p 3 36p ull 3 p 6p 9 36p
[Z+2—Jsm2+zsmT +Kl| 5 -5 cos2 4cosT =0 (3.38)

_KU

demonstrand dependenta acestuia de raza la varful crestaturii p si de distanta
critica r., masurata in sistemul de coordonate polare, Ayatollahi [2009a], [2010].

Cea de-a doua ipotezda a criteriul UMTS, si anume ecuatia (3.25) care
determina conditiile ruperii in modul mixt I+1I, se transforma dupa cum urmeaza

U
K
O’C:—I 3 + £ cose—0+1cosﬂ+
2 2 2

2./2nr; 2" re
KU
¢[3 pjsme—0+£sm390 ,
2)2nr: [\ 2 ¢ 2 2 2

(3.39)

relatie care pentru modul I, exprima tensiunea criticd o. in functie de valoarea
critica K}/C , rezultand:
K. P
Oc = —Ic 12+ £ (3.40)
2, 2nr¢ e

Daca se introduce (3.40) in (3.39) rezulta ecuatia care determina conditiile ruperii in
modul mixt, exprimata utilizand valoarea criticd a factorului de intensitate a

cos U
tensiunii KIC.

K.‘,{: 2+£ :K}j 3 p cose—o+icosﬂ
re 2 re 2 2 2
(3.41)

cu valoarea K}/C determinata experimental, Gémez [2004]:
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U U Fi
KIC:KI(Fl)% . (3.42)

in relatia (3.42) factorul de intensitate a tensiunii K}j pentru crestatura se

determind la o valoare arbitrard F; a fortei, iar valoarea criticd K_(,{: se obtine
pentru forta maxima Fpx nregistratd experimental.
Cu valorile determinate experimental pentru K}/C si 0. se obtine din (3.40)

relatia de calcul a distantei critice r., Ayatollahi [2009a]:

kY Y
(4 +p7 +aprc ) A<\ —8nd -0, (3.43)
c

unde pentru materialele fragile o. se considerd egald cu rezistenta la rupere o,
pentru intindere uniaxiald. Cu distanta critica r. astfel determinatd, se traseaza
relativ simplu diagrama de rupere pentru crestatura in forma de U, adica variatia
K?I/K% in functie de K?/K}jc .

Parametrul adimensional M€ introdus de Shih [1974] prin relatia (3.7)

pentru a caracteriza combinatia intre modul I si modul II pentru modul mixt de
solicitare in cazul componentelor cu fisuri:

U
K
Me - Earctan[—fuj (3.44)
n Kir
devine in cazul crestaturilor U, Ayatollahi [2009a]:
U 3_p cose—o+2cosﬂ
e_2 Ky 2 2rc 2 4 2
M= = = arctan| —— | = —arctan (3.45)
n kY n 3 p . 6p 3 . 36g
II =+ |sin—=+=sin—=
4 2r 2 4 2

Relatia (3.45) permite, ca alternativa la ecuatia (3.38), determinarea unghiului 6y
de initiere a ruperii pentru o anumita combinatia intre modul I si modul II.

3.3.2. Determinarea factorilor de intensitate a tensiunii Kf.j si K}{,
pentru epruvete SENB cu crestatura U

Dimensiunile geometrice ale epruvetelor SENB testate la incovoiere in trei
puncte, realizate din Necuron 1020, sunt redate in fig. 2.6a) si fig. 2.6b), iar
rezultatele experimentale sunt prezentate n tabelul 2.5.

In fig. 3.20 este prezentat unul dintre modelele cu elemente finite pentru
raza la varful crestaturii p = 1[mm], realizat in pachetul software CosmosM 2.9. iIn

zona concentratorului de tensiune s-a generat o retea fina de elemete finite,
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utilizdnd un numar de 50 elemente finite pe o lungime de 1[mm], la un coeficient
de spatiere egal cu 5. In final, discretizarea intregului domeniu plan s-a realizat cu
un numar total de 98140 elemente finite izoparametrice plane si 296133 noduri.
La o grosime a epruvetelor de t =10 [mm] modelarea s-a realizat in conditiile starii

plane de deformatie.

Pentru poliuretanul rigid Necuron 1020 urmatoarele proprietatile mecanice
elastice au fost considerate in analiza liniar-elastica cu elemente finite: modulul de
elasticitate longitudinal E = 3340[MPa] si coeficientul de contractie transversald
v=0.34.

incovoierea in trei puncte a fost modelatd impundnd conditiile la limita:
deplasarile verticale ale nodurilor corespunzatoare suportilor de rezemare uy =0 si

o forta F, aplicata pe directie verticald, la o distantd bine determinata de planul
crestaturii, pentru a obtine in modul mixt combinatia dorita intre modul I si II.

Fig. 3.20. Modelul cu elemente finite realizat in pachetul software CosmosM 2.9 (in detaliu
este redata reteaua de elemente finite in zona de la varful crestaturii in forma de U)

Campul tensiunilor circumferentiale og in zona de la véarful crestaturii U este
ilustrat in fig. 3.21 pentru forta maxima medie inregistratd la ruperea epruvetelor si
pentru raza la varf p = 1[mm].

Fortele maxime medii inregistrate la ruperea epruvetelor pentru modul I de
solicitare si pentru fiecare dintre cele patru raze p la varful crestaturii au fost

utilizate in analiza liniar elasticd cu elemente finite pentru determinarea tensiunii
circumferentiale og(r =rp,0 = 0), in conditiile prezentate anterior. In baza relatiei

propuse de Filippi [2002] pentru modul I de solicitare:

v 50 " srfa-1, )"
K7 =0 2n =0 2n| 21— , 3.45
Ic max 1+w; max ( q p] ( )

cu g=2, rg=p/2, A;y=0.5, wy;=1 pentru crestatura U si tensiunea principald
maximd Omax = 0g(r =rp,0 = 0), s-au determinat valorile critice ale factorului de

intensitate a tensiunii K}jc , rezultatele fiind prezentate in tabelul 3.5.
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Fig. 3.21. Tensiunea circumferentiald 0g in zona de la varful creststurii pentru p = 1[mm|

68



Extrapolarea rezultatelor experimentale obtinute pentru factorul critic de

intensitate a tensiunii K}jc pentru crestatura U (fig. 3.22) permite in cazul fisurii ,

adica pentru p = 0[mm], determinarea valorii critice K. =2.24 [MPa\/E] . Aceasta

este cu aproximativ 2.6[%] mai mica decat valoarea determinatd experimental pe

epruvete SENB standardizate.

kU S
Ic
1 Erezultate experimentale |
e aiin] P =
4 —
—
[ -
.o-'j -'-FF‘-
3 1 Wy =-0138RT 4 L4108 + 2.240
1 R?=0.999
____,.o-"
2 .
o mm
1 T T T T T T T T |[ :|
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5

Fig. 3.22. Variatia Kf,jc in functie de p pentru epruvete SENB (Necuron 1020)
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Fig. 3.23. Variatia rc in functie de p pentru epruvete SENB (Necuron 1020)

De asemenea in tabelul 3.5 sunt prezentate si valorile distantei critice r.
determinate din ecuatia (3.43) pentru fiecare dintre cele patru raze p la varful

crestaturii, luand pentru poliuretanul rigid Necuron 1020 tensiunea critica o, egala

69



cu rezistenta la intindere uniaxiald o = o, = 49.75[MPa]. O eroare relativd de
acelasi ordin de marime +3.8[%] se obtine prin extrapolarea rezultatelor si pentru
raza criticd r. (re = 0.34[mm]| determinatd pe epruvete ASCB cu fisurd). Ayatollahi
[2010] denumeste parametrul r. ca distantad critica pentru crestatura U si conform
relatiei (3.43) depinde de raza la varf p, fiind un parametru dependent de

geometria crestaturii si nu o constantd de material.

in cazul solicitdrii in modul mixt, factorii de intensitate a tensiunii K}/ Si K%
pentru crestatura U s-au determinat dupa relatiile propuse de Lazzarin [2006]:

(o] T,
K% _ anlfAl ( 9)9:0 — %C _ anlfAZ ( I‘G)Q:O —
[r ]F’l 1 [r JIJZ 2 (3.46)
1+ wy| — 1+ wyl —
o o

unde og si Trg sunt tensiunile la distanta r masuratd in sistemul de coordonate
local (a carui origine este situata la distanta rp fata de varful crestaturii, fig.1.3).

Deoarece expresiile propuse de Filippi [2002] pentru a descrie campul tensiunilor in
vecinatatea varfului concentratorilor nesingulari sunt aproximative, relatiile (3.46)

nu produc valori constante pentru factorii KJL./ Si K}{, , acestea prezentand o usoara
variabilitate pe lungimea de 1/10 din adancimea crestaturii U, asa cum se observa
si din fig.3.24 si 3.25. Pentru a elimina influenta distantei r, Lazzarin [2006]
propune determinarea valorilor factorilor K}J Si K_‘,{, printr-o mediere a rezultatelor
pe lungimea np, cu n=0.4 pentru un efect slab de concentrare a tensiunilor.
Medierea se realizeaza dupa relatiile urmatoare :

—U 1 fo+np

ro+np
KI =— 1
npJry

—U
KU)dr . Kir=-L (KUjdr 3.47
( I 0 3, ig (3.47)

utilizate in continuare in estimarea valorilor Kf.j Si K%, rezultatele fiind prezentate
in tabelul 3.6, pentru fiecare dintre cele patru raze p la varful crestaturii.

Tabel 3.5 Valorile K}JC si ro In functie de raza p (Necuron 1020)

p [mm] 0.0 0.5 0.75 1.0 2.0
K}fc [MPaJE] 2.2407 2.893 3.262 3.486 4.510
rc [mm] 0.3537  0.88523  1.18551  1.42582  2.54054

") valori determinate prin extrapolarea dupd rezultatelor experimentale (in acest
scop s-a admis ca variatia marimilor urmeaza o functie de gradul doi)
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Fig. 3.24. Variatia factorului de intensitate a tensiunii K}J in functie de distanta r de la

varful crestaturii (in coordonate semi-logaritmice)
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Fig. 3.25. Variatia factorului de intensitate a tensiunii KZ- in functie de distanta r de la

varful crestaturii (in coordonate semi-logaritmice)
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Tabel 3.6 Rezultatele analizei cu MEF pe epruvete SENB (Necuron 1020)

—U —U
p [mm] me [-] Fer [NV] K1 [MPa \/E} Kir [MPa \/E}
1.000 437 2.870 0.000
444 2.916 0.000
0.870 1780 2.659 0.550
1770 2.644 0.547
0.683 1200 2.527 1.374
0.50 1260 2.653 1.443
0.576 1970 2.748 2.161
1810 2.525 1.985
0.252 1340 1.025 2.452
1390 1.064 2.544
0.042 1740 0.190 2.911
1920 0.210 3.212
1.000 489 3.252 0.000
492 3.272 0.000
0.870 2030 3.063 0.633
1940 2.927 0.605
nen0 — o Leos
0.75 : :
0.562 2110 2.954 2.428
2190 3.066 2.520
0.238 1500 1.105 2.813
1430 1.053 2.682
0.033 2010 0.179 3.458
2150 0.192 3.699
1.000 533 3.587 0.000
503 3.385 0.000
0.870 2170 3.300 0.681
2070 3.148 0.649
P M——
1.00 2 .2 2.7 7
0.550 330 3.268 .79
2150 3.016 2.581
0.218 1520 1.018 2.888
1580 1.058 3.002
0.038 2140 0.229 3.779
2080 0.223 3.673
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612 4.313 0.000

1.000
668 4.707 0.000
0.873 2550 3.987 0.806
2590 4.050 0.818
D T
2.00 ; 4 '74 '754
0.506 640 3.740 3.66
2820 3.995 3.913
0.156 1660 0.845 3.369
1730 0.881 3.511
0.027 2130 0.174 4.117
2200 0.180 4.252

3.3.3. Analiza rezultatelor experimentale pe baza criteriului UMTS

Cu valorile determinate pentru K}/C si rc trasarea diagramei de rupere dupa

criteriul UMTS presupune parcurgerea urmatoarelor etape (Ayatollahi [2009a] si
[2010a]):

. se alege o valoare arbitrard pentru parametrul adimensional M€ in
domeniul [0, 1];

. se inlocuieste aceasta valoare in (3.45) si se rezolva ecuatia obtinuta pentru
determinarea unghiului 8p de initiere a ruperii;

. pentru solutia 6p se rezolvd sistemul de ecuatii (3.41) si (3.44) in
U /U i U /U
necunoscutele K7 /KIc Si KH/KIC.
Diagrama de rupere se traseaza repetdnd acest algoritm pentru un numar

suficient de mare de valori ale parametrului M€, in mod implicit, se obtine si
diagrama de variatie a unghiul 6p de initiere a ruperii in functie de parametrul

adimensional M€ .
Din diagramele de rupere prezentate in fig.3.26 si diagramele de variatie a

unghiului 6p cu parametrul M€ ilustrate in fig. 3.27, pentru fiecare dintre cele
patru valori ale razei p la varful crestaturii, se desprind urmatoarele observatii:

. la M€ =0, adicd pentru modul II de solicitare, dup8 criteriul UMTS raportul
K}{, K% depinde de raza la varful crestaturii, majorédndu-se de la K%/K}/C =1.288
pentru p = 0.5[mm] la valoarea K%./Kf.jc = 1.490 pentru raza p = 2[mm];

. dupa criteriul UMTS, unghiul de initiere a ruperii 6y pentru modul II scade
cu majorarea razei la varful crestéturii, de la 8p max = 66.69[°] pentru p = 0.5[mm]
la valoarea 8 max = 65.09[°] pentru p = 2[mm].
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Fig. 3.26. Diagramele de rupere pentru epruvetele SENB cu crestatura U (Necuron 1020)
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in cazul concentratorilor de tensiune de tipul fisurilor, conform criteriului
MTS, raportul factorului critic de intensitate a tensiunii Kyjc/Kjc = 0.866 si unghiul

de initiere la propagarea fisurii g = —70.5[°] pentru modul II sunt constanti. Dupa

cum rezulta din observatiile precedente, prin extensia criteriului MTS la problema
concentratorilor nesingulari de tensiune, constanta parametrilor Ky /Kjc si 6g nu

se mai pastreaza. In cazul crestdturii de tip U, valorile critice depind de raza p la
varful concentratorului de tensiune, de factorul critic de intensitate a tensiunii K_‘,JC si

de rezistenta la rupere o, (determinata la intindere uniforma uniaxiala).

Bo
F] 70 -

—— criteriul UMTS
O rezultate experimentale

60

S0

40 -

30

20 A

10 4

1]

Bo T —— criteriul LUMTS
] 70 4H g O rezultate experimentale
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20
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0

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 MP[]

Fig. 3.27. Variatia unghiului 8p cu parametrul Me (epruvete SENB, Necuron 1020)

Pentru comparatia cantitativda a rezultatelor experimentale cu estimarile
dupa criteriul UMTS, Ayatollahi [2009a] utilizeaza factorul efectiv de intensitate a
tensiunii Kegr :

KY. - [K}’)Z +(K%)2 . (3.48)
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Din rezultatele prezentate in tab. 3.7 se observé cd pentru p = 0.5[mm]|, 0.75[mm]
Si 1.0[mm] erorile relative sunt acceptabile si sunt cuprinse in intervalul

- 26.70...+21.81[%], cu subevaluarea Kgf la M€ =0.6...0.5 si supraevalurea

tenacitatii la predominanta modului II, la M€ <0.25 . In schimb, pentru raza la
varful crestaturii p:2.0[mm] si situatiile de predominanta a modului II, criteriul

UMTS supraevalueaza factorul efectiv de intensitate a tensiunii Kgf cu mai mult de

50[%]. Dupd cum se observa din variatiile ilustrate in fig. 3.27 si din rezultatele
prezentate in tab. 3.7 pentru unghiul de initiere 6p, erorile maxime intre
masuratorile experimentale si estimadrile criteriului UMTS sunt extreme pentru
M€ =0.6 si M® <0.25. Solutia Iui Filippi [2002] produce rezultate suficient de

precise, pentru campul tensiunilor din zona varfului crestaturii U, pana la o valoare
minima a raportului a/p = 4. Astfel, pentru crestdtura cu raza maxima p = 2[mm],

raportul dintre adancimea si raza crestaturii este a/p =7.5. Apropierea de limita
minima, constituie o explicatie a erorilor de estimare pe baza criteriului UMTS.

Tabel 3.7. Rezultatele experimentale si estimarile criteriului UMTS (Necuron 1020)

KUf KUf
e € Eroare
; me [-] [MPa\/F] [MPa\/F] relativa 8o%] 60(%]
] %] exp. UMTS
exp. UMTS
2.870 -2.35 0.0
1.000 ——="— 2,937 0.00
2.916 -0.74 0.0
2.715 -4.08 13.6
0870 — ="~ 2.826 18.45
2.699 -4.67 17.1
2.87 +4.4 27.
0.683 — 287  57us 6 8 e
3.020 +9.01 22.2
0.50
4 +21.81 7.
0576 — > 5733 8 375 4381
3.212 +14.89 39.8
2.658 -11.30 64.2
0252 — =" 2957 58.04
2.757 -7.23 61.4
2.917 -21.50 67.5
0.042 —————— 3.543 65.26
3.219 -10.10 70.1
-7 252 1 _
0-75 o000 —22°2 3312 86 0.0 0.00
3.272 -1.24 0.0
3.128 -2.11 10.4
0870 — """ 3.194 18.06
2.989 -6.85 8.9
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3.398

+8.12

20.5

0.670 3.123 37.00
3.423 +8.77 24.8
. + . .

0.562 3.824 3.124 18.30 42.4 43.98
3.969 +21.29 41.2

0.238 3.022 3.465 "14.70 67.7 57.98
2.881 -20.30 66.3
4 -21. 70.

0.033 3.463 4.208 >0 0.5 65.06
3.704 -13.60 68.7
587 +0.84 )

1.000 3.58 3.557 0.8 0.0 0.00
3.385 -5.07 0.0

0.870 3.369 3.438 ~2.04 79 17.21
3.214 -6.97 11.2
. +8.14 22.1

0.658 3.683 3.383 8 36.49
3.608 +6.25 20.9

1.00

4.301 +20.92 41.

0.550 30 3.402 0.9 3 43.24
3.970 +14.31 39.4

0.218 3.062 3.887 ~26.90 69.7 57.41
3.183 -22.10 64.6
3.786 -23.10 70.8

0.038 4.660 63.76
3.680 -26.70 75.7
4.31 -6.1 .

1.000 313 4.576 6.10 0.0 0.00
4.707 +2.78 0.0
4.068 -9.14 4.5

0.873 4.439 17.33
4.132 -7.44 7.4
. +12.61 19.

0.615 >-058 4.420 6 93 40.09
4.845 +8.77 27.1

2.00

2 +14.1 .

0.506 >-236 4.493 8 38.3 46.36
5.592 +19.65 41.6

0.156 3.473 5.520 ~>8.90 64.9 60.29
3.620 -52.50 62.7
4.121 -56. 79.

0.027 6.450 >6.50 96 64.80
4.256 -51.50 71.7
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Acuratetea criteriului UMTS in evaluarea ruperii componentelor cu
concentratori de tensiune nesingulari (crestatura U sau crestaturd V rotunjitda la
varf) a fost validata pentru PMMA si sticld, prin incercari experimentale realizate pe
epruvete de incovoiere in trei puncte si epruvete de tipul discului brazilian cu
crestatura centrald (Ayatollahi [2009a], [2010] si [2010a]). Supraevaluarea
raportului Kjr/Kje in baza criteriului UMTS, pentru situatiile de predominantd a
modului II, a fost si in aceste cazuri demonstratda. De asemenea, utilizarea in
lucrdrile amintite a unei erori medii calculate pentru toate combinatiile analizate
dintre modul I si II, la o anumita raza la varful concentratorului p, este de natura

sa contribuie la reducerea erorilor de estimare si la validarea criteriului UMTS.

3.3.4. Predictia fortei critice de rupere pentru epruvetele SENB

Cu valorile factorului efectiv de intensitate a tensiunii determinate numeric

Kgf pentru o valoare considerata a fortei F, pe de o parte, si estimate Kgf.UMTS ,

pe de alta parte, se propune o relatie simpla de predictie a fortei critice de rupere
Fer pe baza criteriului UMTS (similard expresiei 3.42):

U
Kef.umrs

Fer =F
U
Kef

, (3.49)

unde F s-a considerat egala cu 100 [N], pentru simplitatea calculelor.

Pentru trei cazuri de solicitare, carora le corespund combinatii diferite dintre
modul I si II, rezultatele obtinute sunt prezentate in tabelul 3.8, alaturi de valorile
maxime Fpgyx determinate experimental si erorile relative de estimare. De

asemenea, variatia fortei critice F cu raza p la varful crestaturii U si rezultatele
experimentale ale fortei maxime Fp5x sunt prezentate in fig. 3.28 (interpolarea
rezultatelor estimate s-a realizat dupa o functie de gradul doi).

1.00
Frax | S1=%52=60,b=0[mm]
0.75 4
i B
0.50 A
. crest3turd U verticald
0.25 A
| Arez experimentale
— criteriul LMTS
I:I.DD T T T T T T T T T
a.0 .5 1.0 1.5 2.0 2.5
p [mm]
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1.50 A
A &
1.00 A
51 =60, 5z =12, b = 4 [mm]
M= = 0.6
0.50 ~
| Arez, experimentale
— criteriul UMTS
I:I.DI:I T T T T T T T T T
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 fnm] 23
3.00
Frnax | arez. experimentale
kM]  |—criteriul UMTS
2.50 4
Sy =60, Sp =12, b =9 [mm]
1meE=02
2.00 4
1.50 A ﬂ
A —
1 crestaturd U inclinats
1-DD T T T T T T T T T
0.0 0.5 1.0 15 2.0 25
p [mm]

Fig. 3.28. Estimarea fortei maxime pentru ruperea epruvetelor SENB cu crestatura U pe
baza criteriului UMTS

Cateva concluzii se desprind din examinarea predictiilor pentru forta critica
de rupere a epruvetelor SENB, pe baza criteriului UMTS, fiind prezentate pe scurt in
continuare.

Estimdrile sunt precise, cu erori relative in domeniul —10.75...+1.93[%],
pentru cazurile de solicitare in modul I si modul mixt, la predominanta modului I.

Pentru modul mixt caracterizat prin parametrul adimensional M€ =0.6
(predominanta modului I), erorile relative se majoreaza cu cresterea razei. Acest
comportament se explicd prin raportul a/p care se reduce cu majorarea razei, pe de
o parte, si prin pozitia punctului de initiere care se deplaseza in modul mixt in afara
axei de simetrie a crestdturii, pe de alta parte. Ambele situatii contribuie la
reducerea acuratetei solutiei lui Filippi [2002], utilizata de criteriul UMTS pentru a
descrie campul tensiunilor in zona varfului crestaturii. in baza celor precizate, erorile
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relative mari pentru cazul de solicitare in modul mixt la predominanta modului II,

caracterizat prin parametrul adimensional M€ = 0.2, sunt usor de inteles.

Tabel 3.8 Estimarea fortei critice pentru epruvetele SENB (Necuron 1020)

Frmax [N] Fer [N] Er|°:'."i
Me [-] p[mm] rezultate estimare re [?/iva
experimentale UMTS °
1.0 0.50 440.50 447 +1.48
Sy = 60[mm] 0.75 490.50 498 +1.53
Sz = 60[mm] 1.00 518 528 +1.93
b = 0[mm]
2.00 640 629 +1.41
0.6 0.50 1230 1146 -6.83
Sy = 60 [mm] 0.75 1395 1277 -8.46
-12
S = 12jmm| 1.00 1465 1359 -7.24
b = 4[mm]
2.00 1860 1660 -10.75
0.2 % 0.50 1365 1491 +9.22
Sy = 60[mm] 0.75 1465 1720 +17.40
Sy = 12[mm| 1.00 1550 1929 +24.48
b = 9[mm]
2.00 1695 2638 +55.65

*) epruvete cu crestdturd U inclinatd
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4. Evaluarea ruperii fragile pe baza energiei de
deformatie

4.1. Criteriul energiei specifice de deformatie minima

4.1.1. Ipotezele de baza ale criteriului energiei specifice de
deformatie minima

Criteriul energiei specifice de deformatie minima este cunoscut si sub
numele de criteriul SED (strain energy density failure criterion). Criteriul a fost
propus la inceputul anilor ‘70 de Sih [1973], [1974], in incercarea de a depasi
dificultatile ridicate de aplicarea majoritatii criteriilor de cedare la problemele ruperii
in modul mixt (Gdoutos [1990]). Criteriul formulat de Sih nu presupune existenta
unui defect initial de tip fisura si, in plus, se poate aplica la evaluarea cedarilor atat
prin rupere cat si prin curgere. Astfel, criteriul SED permite analiza intregului proces
de cedare, de la stadiul de initiere a fisurii, la propagarea stabila a fisurii si pana la
ruperea finala.

Marimea fundamentald utilizatd de criteriul SED este reprezentatd de
energia de deformatie dW/dV continutd in unitatea de volum, denumitd functia

energiei specifice de deformatie:

aw P
d—vzia,jds,-j , (4.1)

unde 05 i €j reprezintd componentele tensiunii si deformatiei (Gdoutos [1990]).
Pentru un material cu un comportament liniar-elastic, in cazul starii tridimensionale
de tensiune, functia energiei specifice de deformatie se poate scrie:

B - L(oF+0f+02)-Llowoy +oy0, +o,00) s s(th v R +7h ), (@)
unde E reprezinta modulul de elasticitate longitudinal, v coeficientul de contractie
transversald, iar G modulul de elasticitate transversal, cu E = 2G(1+v). Ecuatia
(4.2) reprezinta energia specifica totala de deformatie dW/dV, continand atat
energia specifica de deviatie (dW/dV)d cat si energia specifica de modificare a
volumului (dW/dV)V, cele doua componente fiind inseparabile in descrierea

completd a procesului de degradare a materialului, fapt demonstrat de examinarea
cu raze X a zonei de cedare pentru un otel cu continut scazut de carbon, in cazul
solicitarii modul I (Gdoutos [1990]).

In cazul problemelor plane ale teoriei elasticitatii, functia energiei specifice
de deformatie (4.2) se transforma dupa cum urmeaza:
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dw 1 |k+1 2
W:E{T[a@af) z(axayriyj} (4.3)

unde k =3-4v pentru starea pland de deformatie, respectiv k =(3-v)/(1+v),
pentru starea plana de tensiune.

Pentru functia energiei specifice de deformatie dW/dVv , Sih [1991] a propus
urmatoarea expresie generala pentru zona de initiere a cedarii (fisura, concentrator
de tensiune de tip crestatura, incluziune sau gol):

aw S
av p1-m 7

mz=0 (4.4)

prin introducerea factorului S ca amplitudine a campului energiei specifice de
deformatie. In (4.4) dimensiunea r reprezintd raza mésuratd de la locul de initiere
a cedarii (dimensiune consideratd micd in comparatie cu lungimea fisurii, Sih
[1973]), iar m=2A-1, unde A reprezinta ordinul singualritatii cadmpului de
tensiune, solutie a ecuatiei:

sin(2A@) + Asin(2p)=0 , (4.5)

cu semnul + pentru modul I si semnul - pentru modul II.

Pentru problemele corpurilor cu fisuri, atunci cdand A=0.5 si m=0,
singularitatea de tipul 1/r a energiei specifice de deformatie se aplicd pentru toate
tipurile de materiale (de la materialele liniar-elastice la cele neliniare vascoase si
plastice) si toate tipurile de fisuri (fisuri de suprafata, de colt sau interioare).

Cele trei ipoteze ale criteriului SED pot fi enuntate dupa cum urmeaza (Sih
[1974], Gdoutos [1990]):

(i) punctul de initiere a cedarii prin rupere fragilda sau prin curgere este
determinat de minimul relativ al energiei specifice de deformatie (dW/dV),;,,

respectiv de maximul relativ al energiei specifice de deformatie (dW/dV)maX;

(ii) cedarea prin rupere fragild sau prin curgere se produce atunci cand
(@W/dV )i, respectiv (dW/dV ).y , ating valorile critice corespunzitoare;

(iii) fisura se extinde cu cantitatea r7, o, ..., [ Ic dupa relatia

aw S; S Sj S

A R i 45)
c 1 2 J c

curgerea sau propagarea instabild a fisurii producindu-se la atingerea valorii critice a

distantei r¢.

Criteriul SED a fost verificat experimental pentru o serie de probleme de
mare importanta practica: ruperea corpurilor cu fisuri realizate din materiale
neomogene si materiale compozite, cedarea corpurilor de tipul placa sau invelis in
prezenta fisurilor, cedarea conductelor cu fisuri circumferentiale (Nobile [2004])
cresterea fisurii de obosealda, cedarea corpurilor cu concentratori de tensiune (Sih
[1991]), problemele de rupere dinamica, ruperea ductila - implicind estimarea
initierii fisurii, propagarea stabilda a fisurii si ruperea finald (Gdoutos [2003]). De
asemenea, numeroase rezultate au fost publicate in volumele unor conferinte
internationale dedicate criteriului S de rupere (Sih [1983], Sih [1992]).
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4.1.2. Cazul bidimensional liniar-elastic pentru corpurile cu fisuri

Campul tensiunilor elastice de la varful unei fisuri, pentru cazul unei aplicatii
plane caracterizata prin factorii de intensitate a tensiunii K; si Kjr, se exprimad in

coordonate carteziene prin relatiile (Williams [1957]:

1 [} .8 . 36 .6 [} 36
Oy = Ky cos—|1-sin—sin— |- K7 sin—| 2 + cos — cos —
. { o1-singsin3 |- ki sin§[ 2 cos§ 2]}

\/ﬁ 2 2
Oy = 1 {chosg(1+singsin£j+KHsingcosgcosﬁ} (4.7)
\/ﬁ 2 2 2 2 2 2
TXy—;|:KI$I'HQCOSQC05£+KHCOSQ(I—Singsin3—6]:|,
22nr 2 2 2 2 27 2

si 0, =0 pentru starea pland de tensiune, respectiv, 0, = v(ax +ay) pentru starea

plana de deformatie. in formularea criteriului SED, Sih [1974] a neglijat termenii
nesingulari contributia lor fiind considerata neglijabila, in comparatie cu termenii de

singularitate 1/\/7

Introducand expresiile cdmpului tensiunilor elastice (4.7) in relatia (4.3), Sih
a obtinut urmatoarea forma patratica pentru functia energiei specifice de deformatie
aw 1
— = —(511’<12 +2a1pkKkyr + azzkaj) , (4.8)
av r
iar in baza definitiei (4.4), expresia factorului energiei specifice de deformatie S
(inteles ca amplitudine a cdmpului energiei specifice de deformatie):

S = allk]2 + 2ajokpky + azzkIZI , (4.9)
unde k; =Kj/n si ki =Kp/Jn; in acest demers, in directia normal pe planul

xy dimensiunea elementului de volum a fost consideratd egald cu unitatea. in
expresiile (4.8) si (4.9) coeficientii aj; (/, j =1,2) sunt exprimati prin:

arg = ﬁ(l +cos6)(k - cos )

ajo = 161G sin6[2 cos 6 - (k - 1)] (4.10)

ax = %[(K +1)(1-cos8)+ (1 +cosB)(3cos6 - 1),

si depind de constantele elastice k si G.
Se observa din (4.8) ca functia energiei specifice de deformatie dW/dVv

depinde invers proportional cu raza r, masuratda de la varful fisurii, devenind
nemarginita pentru r — 0. De asemenea, din relatia (4.9), factorul S depinde de

unghiul polar 6 prin intermediul coeficientilor aj;, realizand astfel descrierea
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completd a cdmpului energiei specifice de deformatie (adica, pentru oricare plan
radial ce trece prin varful fisurii).

Pentru ruperea fragila a corpurilor cu fisuri, situatie in care propagarea
fisurii se rezuma la instabilitatea finala, primele doua ipoteze ale criteriului SED se
exprima matematic prin relatiile:

(i) initierea la propagarea fisurii se produce pe directia determinatd de
unghiul 6p, pentru care factorul energiei specifice de deformatie S prezintd o
valoare minima

2
S _o, 2.0 (4.11)
00 562
de unde se obtine unghiul 8p, cu -n<6p <n;
(ii) propagarea fisurii se produce atunci cand factorul S atinge valoarea sa

critica (pe directia determinatd de unghiul 6p)
Smin = 5(90) = allkIz + 2ayokrkyr + a22kIZI =S¢ . (4.12)

in ecuatia (4.12) valoarea criticd S, este consideratd o constantd de material,

masura a tenacitatii materialului.
Spre deosebire de factorul critic de intensitate a tensiunii Kj. care

reprezinta doar o masura a amplitudinii cdmpului tensiunii de la varful fisurii,
factorul energiei specifice de deformatie S este sensibil la schimbarea directiei. In
acest sens, Sih [1973a] asociaza factorului S semnificatia unei marimi vectoriale,
spre deosebire de K- care are semnificatia unei marimi scalare. Astfel, valoarea
criticd S. furnizeaza o informatie completd privind extensiei fisurii la solicitarea in

modul mixt prin tenacitatea materialului si directia de initere la propagarea fisurii,
determinatd de unghiul polar 6p. Pentru cazul solicitarii in modul I, adicd Ky =0,

valoarea criticd S, este legatéd de valoarea criticd a factorului de intensitate a
tensiunii Kjc prin relatia:

(k - 1)kZ. (k-1 K (4.13)

SC = "o~ 7
8G n 8G
care devine pentru cazul starii plane de deformatie:

(1+v)1-2v)KE
2nE '

- (4.14)
Deoarece factorul S, definit prin relatia (4.9) si reprezentdnd amplitudinea
functiei energiei specifice de deformatie dW/dV pentru un element de volum,
inceteaza sa mai fie valid pentru o raza r infinit mica, Sih [1974] propune stabilirea
acestuia la o anumitd distanta criticd r, masuratd de la varful fisurii. Sih [1974]

recomanda si o solutie pentru determinarea distantei critice r.: dacd se admite ca
fisura are o razd p foarte micd finitd la varf, atunci distanta criticd r. reprezintd

distanta la care predictiile criteriului SED coincid cu cele obtinute pentru o fisura
ideald curazalavarf p=0.
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Daca se introduce expresia (4.12) in sistemul de ecuatii (4.11) se stabileste
directia de initiere la propagarea fisurii, determinatd de solutia 85 a urmatoarelor

ecuatii:
KIZ[Z cos 6 — (k - 1)]sin 6 + 2K 1K 1[2 cos 26 - (k — 1)cos 6]+ (4.15)
+KIZI (k—1-6cos8)sin6]=0
Si
K#[2 cos 26 - (k - 1)cos 6]+ 2K Kz [(k ~ 1)sin 6 — 4 sin 26] + (4.16)

+ K[k - 7)cos © - 6 cos 26] > 0

Ecuatiile (4.15) si (4.16) reprezinta formulele generale ale criteriului SED pentru o
fisura solicitatd in modul mixt I+II. Daca, pentru o problema plana particulara,
expresiile factorilor de intensitate a tensiunii K; si Ky sunt cunoscute, prin

introducerea acestora in ecuatia (4.15) se obtine solutia 6y care satisface
inegalitatea (4.16). in continuare, prin Tnlocuirea solutiei 6y in (4.12) se obtine
sarcind criticd aplicatd pentru care minimul Sy, atinge valoarea criticd S., adica
sarcina aplicata pentru care are loc initierea la propagarea fisurii.

4.1.3. Evaluarea ruperii fragile a epruvetelor ASCB pe baza
criteriului energiei specifice de deformatie minima

Semidiscul cu fisura laterala verticala solicitat asimetric la incovoiere ASCB,
propus de Ayatollahi [2011] pentru studiul ruperii fragile in modul mixt, permite
realizarea diferitelor combinatii intre modul I si II prin modificarea distantelor dintre
suportii de rezemare S; # S, distante mdsurate fata de directia de aplicare a fortei
(fig. 3.6, paragraful 3.2.1). Pentru determinarea factorilor de intensitate a tensiunii
Kr si Kyr, Ayatollahi [2011] a propus expresiile:

K1 = 5e-na Yi(alR, S1/R, S2/R)

F
K1 :mﬁ Yi(a/R, S1/R, S2/R)

(4.17)

unde Y; si Yy sunt coeficientii adimensionali corespunzatori modului I si II de

solicitare, determinati din analiza numerica cu metoda elementului finit, in functie
de relatiile dintre dimensiunile geometrice a/R,S;/R si S»/R (in paragraful 3.2.2,

fig.3.12 prezinta variatia coeficientilor adimensionali Y7 si Yr).
Daca expresiile factorilor de intensitate a tensiunii K; si Ky date de (4.17)

se introduc in (4.15), se obtine ecuatia urmatoare:
Y7[2cos6 - (k - 1)]sin 6 + 2Y;Yr[2 cos 26 - (k - 1)cos 6]+

(4.18)
+YZ [k - 1-6cos6)sin6] =0
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a carei solutie 6y trebuie sa satisfacd inegalitatea:

Y7[2cos 26 - (k - 1)cos 8] + 21y [(k — 1)sin 6 — 4 sin 26] + 4.19)

+ Y7k - 1)cos 6 - 6 cos 26] > 0
Variatia unghiul 6p de initiere la propagarea fisurii, pentru v =0.34 (Necuron
1020) si v = 0.28 (Necuron 651), este ilustrata in fig. 4.1 in functie de parametrul

adimensional M€ care caracterizeazi combinatia intre modul Isi II de solicitare.

=1n]
(_HD:IBEI w=0.24 criteriul SED - Mecuron 1020
iy .
[D] — — criteriul SED - Mecuron 651
70

criteriul MTS

0.0 0.2 0.4 0.6 0.5 1.0 m® H 1.2

Fig. 4.1. Variatia unghiului 6y de initiere la propagarea fisurii pentru epruvetele ASCB dupa
criteriul SED

Din variatia unghiului 8p, ilustrata in fig.4.1 pentru doua valori ale coeficientului de

contractie transversala v alaturi si de solutia criteriului MTS, se desprind cateva
observatii:

. solutia criteriului SED depinde de valoarea coeficientului v si nu coincide cu
solutia criteriului MTS, diferentele fiind mai importante la dominanta modului II de
solicitare;

. pentru M€ =0, in modul II de solicitare, valorile maxime ale unghiului de
initiere la propagarea fisurii sunt 6y = -83.8 [°] pentru v =0.34 si 6y = -81.5 [°]
pentru v = 0.28 , in comparatie cu predictia 6y = —70.5 [°] dupé criteriul MTS.

Pentru solutia 6p, se obtine din (4.12) minimul S(GO) care egaleaza
valoarea criticd S, la atingerea conditiilor ruperii fragile; inlocuind in (4.12)
expresia (4.14) a valorii critice S¢, rezulta ecuatia:

I KZ  (1+v)1-2v)KZE

K KK

I I II
a 2a a = , 4.20
1 n T<d12 n 922 n 2nE ( )

care se transforma in baza relatiilor (4.10) in:
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2
[ﬁj (1+cos6p)k —cos6p)+ 2ﬁ@[2 cos8p - (k- 1)]+
Kic Kie Kic

(4.21)

2
+ [%J [(k + 1)1 - cos8p)+(1+cos6p)3cos6y - 1)| = 4(1-2v).
Ic

Daca ecuatiei (4.21) i se asociaza relatia de definitie a parametrului adimensional
ME :

I Kip/Kie) n I

se obtine diagrama de rupere, adica variatia Kj;/Kjc in functie de Kj/Kjc, redata
in fig.4.2. Urmatoarele observatii sunt de subliniat:

. diagrama de rupere Kj;/Kjc - Ki/Kjc depinde de valoarea coeficientului de
contractie transversald v si nu coincide cu solutia criteriului MTS, diferentele fiind
sensibile pentru toate combinatiile modului mixt I+1II;

. pentru modul II de solicitare, factorul critic de intensitate a tensiunii este
K = 0.893Kjc pentru v =0.34 si Kip =0.985Kj. pentru v = 0.28 dupa estimarea

criteriului SED, in comparatie cu predictia Kj; = 0.866K . dupa criteriul MTS.

ME = garct‘an ﬁ = garct‘an M = garcl’an i , 4.22
n K n Y ( )

K1y 1.2
. 4 v=0.28 criteriul SED - Mecuron 1020
[I]C 1.0 4= — = criteriul SED - Mecuron 651
1 e criteriul MTS
0.8 4
0.6 4
0.4 4
0.2 4
I:I-':I T T T T T T T T T T
0.0 0.2 0.4 0.6 0.2 1.0 KiKie ]

Fig. 4.2. Diagrama de rupere in modul mixt I+II dupa criteriul SED pentru epruvetele ASCB

Din diagramele de rupere ilustrate in fig.4.3 si 4.5, se contatd ca predictiile
criteriului SED pentru conditiile critice ale ruperii fragile in modul mixt sunt in foarte
buna concordanta cu rezultatele experimentale:

. pentru Necuron 1020 erorile relative sunt cuprinse 1in intervalul
~7.35%...+20.11% , cu o eroare relativda medie +14.35% in estimarea raportului

Krrc/Krc ;
. pentru Necuron 651 erorile relative sunt in domeniul -11.05%...+13.89%,
cu o eroare relativd medie +10.35% in estimarea raportului Kyje/Kjc -
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Fig. 4.3. Diagrama ruperii in modul mixt pe epruvete ASCB realizate din Necuron 1020
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Fig. 4.4. Variatia unghiului de initiere la propagarea fisurii 8p cu parametrul M€ (Necuron
1020, epruvete ASCB)
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Fig. 4.5. Diagrama ruperii in modul mixt pe epruvete ASCB realizate din Necuron 651
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Fig. 4.6. Variatia unghiului de initiere la propagarea fisurii 8g cu parametrul M€ (Necuron
651, epruvete ASCB)
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in fig.4.4 si 4.6 este ilustratd variatia unghiului de initiere la propagarea
fisurii 8p in functie de parametrul adimensional M€ pentru cele doud materiale. in

modul mixt, pentru dominanta modului II, estimarile criteriului SED sunt superioare
valorilor masurate pe epruvetele ASCB, cu erori relative maxime de aprox.
-32.62% pentru Necuron 1020, respectiv -41.69% pentru Necuron 651.

Criteriul SED propus de Sih [1973], [1974] se bazeaza pe calculul energiei
specifice de deformatie si introduce o noua marime pentru masurarea tenacitatii
unui material: factorul energiei specifice de deformatie S.. Luand fin calcul
coeficientul de contractie transversald v, criteriul SED furnizeaza estimari ale
conditiilor ruperii fragile in buna concordanta cu rezultatele experimentale pentru
cele doua materiale, in intregul domeniu al combinatiilor dintre modul I si II.

4.1.4. Estimarea fortei critice de rupere pentru epruvetele ASCB pe
baza criteriului energiei specifice de deformatie minima

Conform celei de-a doua ipoteze a criteriului SED, propagarea fisurii se
produce pe directia definitd de unghiul 6y determinat din ecuatiile (4.18) si (4.19),

atunci cand factorul energiei specifice de deformatie S atinge valoarea sa critica
Sc . Astfel, ecuatia (4.12) devine:

2 2
K K
Sc :a1171+2a12 —KI:H +a22% (4.23)

cu valoarea criticd S. determinatd din expresia (4.14) pentru starea plana de
deformatie, iar coeficientii aj; (7, j = 1,2 ) determinati cu relatiile (4.10).

Inlocuind expresiile (4.17) ale factorilor de intensitate a tensiunii in ecuatia (4.23)
rezulta ecuatia:

2 2 2

F& na Y Yi¥o Yir
Sc =+ a114+2a12 +apy =1, 4.24
(2Rt n n n ( )

de unde se obtine expresia fortei critice la ruperea fragila a epruvetelor ASCB:
2Rt /S,
Fcr = £ .

2 2
Y YrY Y (4.25)
a[allé +2ayo 71'”[] +azo I{IIJ

Proprietdtile de material pentru Necuron 1020 si Necuron 651 utilizate in
determinarea fortei critice sunt prezentate in tabelul 4.1, iar in fig.4.7 si fig.4.8 sunt
ilustrate predictiile fortei critice F.- pentru ruperea fragild a epruvetelor ASCB pe
baza criteriului SED impreund cu rezultatele experimentale. In tabelul 4.2 sunt
centralizate rezultatele si erorile relative de estimare a fortei critice Fo dupd

criteriul SED.
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Fig. 4.7. Variatia F- de rupere a epruvetelor ASCB in modul mixt (Necuron 1020)
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Fig. 4.8. Variatia F- de rupere a epruvetelor ASCB in modul mixt (Necuron 651)

Pentru modul I si pentru modul mixt, la dominanta modului I

0.467 < M€ < 1, erorile relative de estimare sunt in domeniul —-4.9...+4.7% pentru
Necuron 1020 si, respectiv, -2.1...+5.3% pentru Necuron 651. Pentru

0<M€<0.199, la dominanta modului II, erorile de estimare dupd criteriul SED

93



sunt rezonabile pentru aplicatiile ingineresti: -17.1...-14.4% pentru Necuron 1020
si —10.4... - 2.4% pentru Necuron 651.

Tabel 4.1 Proprietatile de material pentru Necuron 1020 si Necuron 651

KIC*)
vI[-] E [MPa] [ MPa \/E} Sc [MPamm]
Necuron 1020 0.34 3340 2.655 0.144
Necuron 651 0.28 1250 1.253 0.113

*) valoare determinata pe epruvetele ASCB

Tabel 4.2 Estimarea fortei critice pentru epruvetele ASCB pe baza criteriului SED

Fer [N] Fer [N] Eroare Fer [N] Fer [N] Eroare

me [-] exp. SED relativa exp. SED relativa
(Necuron (Necuron [%)] (Necuron (Necuron [%]

1020) 1020) 651) 651)
1.000 2465 2464 0.0 1163 1163 0.0
0.955 3273 3283 +0.3 1583 1549 -2.1
0.795 4963 5196 +4.7 2335 2460 +5.3
0.467 6713 6385 -4.9 3023 3142 +3.9
0.199 7206 5972 -17.1 3123 3047 -2.4
0.000 6201 5304 -14.4 3080 2760 -10.4
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4.2. Criteriul valorii medii a energiei specifice de deformatie

Criteriul valorii medii a energiei elastice specifice de deformatie w , valoare
medie determinata pentru un volum finit de raza R. (respectiv o suprafata finita in

cazul aplicatiilor plane), a fost introdus de catre Lazzarin [2001] pentru evaluarea
cedarii statice si la solicitari ciclice a componentelor cu concentratori de tensiune
singulari de tipul crestaturilor V la diferite valori ale deschiderii unghiulare 2« .
Criteriul afirmd ca, in prezenta concentratorilor de tensiune, ruperea fragila se

produce atunci cand valoarea medie a energiei elastice specifice de deformatie W
atinge o valoare criticd W . Cu alte cuvinte, inegalitatea

W < W, (4.26)

reprezinta conditia care asigura integritatea componentelor la initierea ruperii fragile
in prezenta concentratorilor de tensiune.
Pentru un material cu un comportament ideal fragil, valoarea critica W, se

determina cu relatia (Lazzarin [2001]):

w, :i (4.27)
¢ 2
Criteriul a fost validat prin evaluarea cedarii in modul mixt I+II in prezenta
concentratori singulari de tipul crestatura V, pentru componente realizate din PMMA
(Lazzarin [2001], Yosibash [2004], Goémez [2009]), alumind (Yosibash [2004]) si
duraluminiu (Lazzarin [2001]).

Lazzarin [2005] a extins criteriul pentru evaluarea cedarii in modul I de
solicitare a componentelor cu concentratori de tensiune nesingulari de tipul
crestatura V si U. Validarea criteriului s-a realizat pentru componente realizate din
PMMA (Lazzarin [2005]).

Pentru concentratorii de tensiune nesingulari, Gomez [2007] a extins
criteriul valorii medii a energiei specifice de deformatie pentru evaluarea cedarii
componentelor solicitate in modul mixt I+II. Numeroasele studii publicate in ultimii
ani - Berto [2007], [2009], Gomez [2009a], Lazzarin [2009] - au validat extinderea
criteriului pentru solicitarea in modul mixt I+II.

Lucrarile publicate de Gomez [2008] si Lazzarin [2010] au stabilit relatiile
existente intre valoarea medie W a energiei specifice de deformatie determinata
pentru un volum finit de la varful concentratorului si expresiile factorilor de
intensitate a tensiunii, pentru concentratorii nesingulari de tipul crestatura U. Un
studiu recent publicat de Barati [2011] stabileste pentru modul I de solicitare o
relatie intre valoarea medie W a energiei elastice specifice de deformatie si
integrala J pentru concentratorii de tensiune de tipul crestatura U.

Important de amintit aici, pentru a asigura comportamentul liniar elastic al
materialului si caracterul fragil al ruperii, majoritatea incercarilor experimentale
fnainte amintite au fost efectuate pe PMMA la temperaturi scazute —-60...-40°C,
conditii de laborator relativ greu de realizat.
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4.2.1. Expresiile energiei specifice de deformatie intr-un volum finit
de la varful concentratorilor de tensiune

Cu referire la sistemul de coordonate prezentat in fig. 1.3, distributia
tensiunilor in zona varfului unei crestaturi V este descrisd de relatiile (Lazzarin
[1996], Filippi [2002]):

(1) 10

of:] K}/p fa . \H1-A1|96

or = \/%rl_’\l fr +[EJ dr - pentru modul I, (4.28)

Tro fro gre) |

Si
iy ()
Og ) KVP fo - Us—-Ay |96
_ II I -

o = \/Zrl’AZ fr +(r J ar pentru modul II, (4.29)
Tre fro 9re |

unde functiile unghiulare fg, f-, frg Si 99, 9r, grg sunt date prin expresiile (1.17)

si (4.18). Factorii de intensitate a tensiunii K}/p pentru modul I si K}Gp pentru
modul II de solicitare sunt definiti de Lazzarin [2006] prin relatiile:

1-A; 1-A
K}/p:\/% (09)9:0r , KZ'p:E (Tre)e:or

- H1-4; - H2-A2 (4.30)
1+wy . 1+wy —
0 0

cu tensiunile og si 7,9 evaluate la distanta corespunzatoare r (mai mare decét rp)
fata de originea sistemului de coordonate. Pentru starea planda de deformatie
functiile unghiulare f si g satisfac si relatiile:

f=vifg+f-), 9, =vige+gr) - (4.31)

4.2.1.1. Cazul concentratorilor singulari de tensiune de tipul crestatura v

in cazul crestaturilor ascutite V (concentrator de tensiune singular, p=0),
distanta rp devine egala cu zero, iar termenii corespunzatori parametrilor y; si >

in expresiile (4.28), (4.29) se anuleaza. Astfel, Lazzarin [2001] exprima energia
specifica de deformatie in forma:

W(r,0)=Wylr, 0)+ Wa(r,0)+ Wyo(r,0) , (4.32)
unde:
2(A;-1) (KV)Z
Wylr,8)= T —— 2; ZIn [£2 4 67 4 £2 = 2v(fofy + fof + ;) + 21+ v)R | (433
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2
2(A2-1) (K}{,) o 5
Walr,0) = " |93 + 97 + 9% - 2v(9egr + 969z + 9:97) + 2(1+ V)9, |
rA1+A272 KVKV

Wi2(r,6) = SE _IZ_HH [fage + frgr +f297

—V(fegr +fggz +frgg + frgz + f;gg + fzgr)+ 2(1 + V)fregre]-

Intrucat domeniul de integrare este simetric in raport cu bisectoarea crestaturii,
contributia termenului W;, se anuleaza. Astfel, energia totald de deformatie

determinatd pentru suprafata de razd R. devine:

Re+y
E=E +Ey= deA - J' jW(r,e)rdrde -
A 0-y (4.34)
2
:ifl(v)[K\I/) r2A 112l (k) R2
E 44 E 44

unde y =1 —a, iar integralele I; si Iy sunt:

+yY

1
I = o [[f + 7 + 17 - 2v(fafy + fofy + frf7)+ 202+ V)i |do

- (4.35)
I = [[g2+97 + g2 - 2v( )+ 2(1+v)g2 |de
2=5 99 t+9r +9z —<V\Gegr + 969z + 9r9z)+ <\1 + V)G 4 .

-y

in conditiile stdrii plane de tensiune Lazzarin [2001] a dat o solutie analiticd
pentru integralele Iy si I», o solutie numerica fiind in schimb propusa pentru starea

pland de deformatie. Rezultatele sunt date tabelar in functie de deschiderea
unghiulara a crestaturii V.
Cu referire la aplicatiile plane, volumul critic devine sectorul circular ilustrat
in fig. 4.9a), a carui arie se determina prin integrare:
Re+y
A= j Irdrd@ = Rczy . (4.36)
0-y

Astfel, energia medie specifica de deformatie W se obtine prin impartirea expresiei
(4.34) la (4.36), rezultand:

2 2

"4 "4

w-E__L ( K1 12 ( Kit 4.37

w + . (4.37)
A 4EA1yLRg*A1 4EA2VLRg*A2

Reducand problema la modul I de solicitare pentru o crestaturda V cu
deschiderea unghiulara 2a = 0 (cazul fisurii), expresia (4.37) permite calculul razei

critice R, luadnd W =W, si K}/ =Ky :
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Fig. 4.9. a). Suprafata critica pentru o crestatura V ascutita (Lazzarin [2001]);
b). suprafata critica pentru o crestdtura V rotunjita la varf (Gémez [2007]).

O expresie mai simpld de calcul a razei critice R. a fost propusa de Yosibash [2004]
pentru starea plana de deformatie:

2
RC:(1+VX5—BV{?QQ) / (4.39)
4n Or
respectiv, pentru starea plana de tensiune (Lazzarin [2005a]):
2
R = 5-3v) ‘3‘/)[ﬁj . (4.40)
4n or

4.2.1.2. Cazul concentratorilor de tensiune de tipul crestatura V rotunjita la
varf (nesingulari) - modul I de solicitare

in cazul concentratorilor de tensiune nesingulari de tipul crestatura V
rotunjita, in relatiile (1.11) si (1.12) care descriu distributia tesiunilor, parametrul
aj se exprima in functie de tensiunea principala maxima la varful crestaturii:

1-Ay

Omax'

ay = max‘o (4.41)
1+ wy

cu parametrul auxiliar w; definit prin expresia (1.16). Astfel, cu referire doar la

modul I de solicitare, relatiile (1.11) si (1.12) care descriu distributia tensiunilor in
zona varfului unei crestaturi V rotunjite se transforma (Lazzarin [1996], Filippi
[2002]) dupa cum urmeaza:
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o) .

o) 1-A H1-41 |96

or b = ;""J(ﬂ) fr t+ [L] gr : (4.42)
+wg r . )

Tro re gre

Energia elastica specifica de deformatie este scrisa de Lazzarin [2005] in expresia:

2 2(A1-1) 2(pz-1) Ar+p-2
1(o r r r
Wy(r,8) = —| Zmax | || T Fy+|l L G, +| M
o [ e e )
cu functiile unghiulare:
Fp=f3 + 2 + 2 — 2v(fof, + fofy + frfy )+ 2014 V)ES
Gy =g +0f + 9% - 2v(9e0r + 9e9z +9rgz)+ 21+ V)%, , (4.44)
May =fege + frgr + 297 - V(fegr +gofy +fogz + gofz +1rgz + grfz)
+2(1*"/)fr99r9

Considerand aria A in forma de semiluna prezentata in fig. 4.9b), energia totala de
deformatie se obtine prin integrare:

+0 R 1 \/2— 2 ( )
no 2(1-A
E; :_[WdA: J.dGJW1(f,9)fdf‘E[T$1‘”J ot (IA+Iu+IAu)/ (4.45)
A -6 Ry
unde
+0(R2A1 _ 2/\1j +6( 2py 2#1)
I = J‘(RZ—RIFAdel I :(rO)Z(/\rM)I R R G,de,
o 2 H o 2y H

4.46
+E)(R§1+H1 _R;\1+H1j (4.46)

Iy = 2(r0)(A1_“1) .[
-0

My, do.
A1+ M1 i
A treia integrald I,, din (4.46) este valabild pentru cazul in care deschiderea
unghiulard a crestaturii 2a # 0, fiind I,, =0 pentru crestdtura U, pentru care
2a = 0. Cu notatia

1
=5+ I+ Iy) (4.47)

energia elastica totald de deformatie pentru volumul de control se scrie in forma
sintetica:

2
Ey -1 —Vz’"’mfxl I . (4.48)
2E (1+w1)r01_

Astfel, cu aria A din fig. 4.9b) determinata prin integrala:
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Ry +6
A:j J'rdrde , (4.49)
Ry -8

energia medie specificad de deformatie Wl devine:

2
[ 1-A
W E1 1[.[1] Znamaxro 1

= Z| =L . (4.50)
A E|2A (1+wg)

Deoarece integrala I; si aria A depind de raza la varful crestaturii p, de raza
criticd R si deschiderea unghiulard 2a, Lazzarin introduce notatia:

I 1 ( RC)
—=(2a,p,R.)=—H|2a,—~| ,
S c) e , (4.51)
si transforma expresia (4.50) pentru energia medie specifica de deformatie:
_ 2
W1 = E1L_ Omax r(2q)p( 20, B |, (4.52)
A E p
unde
21-M) 57V
F(2a)= (q—‘lj [ 2n ] . (4.53)
q 1+w;

Solutiile numerice ale parametrilor F(2a) si H(2a,R./p) sunt date tabelar pentru

diferite valori ale coeficientului lui Poisson v, obtinute pentru situatia in care
suprafata de control in forma de semiluna cuprinde numai muchia semicirculara a
concentratorului si nu flancurile liniare ale acestuia.

Berto [2009] transforma relatia (4.52) de calcul a energiei specifice de

deformatie W1 n

_ R [K}/p)z 1
Wi=H|2a,"c ) (4.54)
1 [ p ) E ,DZU?A‘Z

cu ajutorul relatiei de definitie a factorului de intensitate K}/p introdusa de Lazzarin
[2006]:

1-A
KYP - /_Znomi[q——lp] = F(2a) Omaxp™™ M . (4.55)

I+wi;\ q
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4.2.1.3. Cazul concentratorilor de tensiune de tipul crestatura U - modul
mixt de solicitare

in cazul concentratorilor de tensiune nesingulari de tipul crestatura U,
pentru modul I de solicitare, prin particularizarea
20=0, A =05, q=2.0, w;=1.0, rp=p/2 , (4.56)

relatiile (4.52) si (4.54) de calcul a energiei specifice medii de deformatie se
simplifica dupa cum urmeaza (Gémez [2007], Berto [2007]):

by I'IOZaX
Wi = —4”E' HRe/p) (4.57)
Si
K‘I/pjz (4.58)
Wi=H(R '
1 (Re/p) pE

Cu referire la modul mixt I+II de solicitare, aplicarea relatiilor introduse de Lazzarin
[2005] pentru modul I devine dificilda, in principal din cauza faptului ca tensiunea
principald maxima omax Se produce in afara bisectoarei crestaturii. Pozitia punctului
de tensiune maxima P, determinatd prin unghiul ¢ in fig. 4.10 a) si b) depinde de
combinatia dintre modul I si II; unghiul 6y din fig. 4.10 a) reprezinta unghiul de
initiere a fisurii.

el

a). b).

Fig. 4.10. a). Suprafata critica pentru o crestatura U — modul I; b). suprafata critica pentru o
crestatura U - modul mixt (Berto [2007], Gémez [2007]).

Astfel, Berto [2007] propune o expresie echivalenta pentru calculul energiei
medii specifice de deformatie:

2
1 =1%max 1*(R./p) (4.59)
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unde Omax este valoarea maximd a tensiunii principale de-a lungul muchiei
v .. . * . . v .. . .
crestaturii U, iar H (p/RC) depinde de raza normalizatd p/R. coeficientul lui Poisson

v si combinatia intre modul I si II. Berto [2007] a gasit pentru H* o slab
dependenta cu modul mixt, diferentele intre valorile calculate pentru H si H* fiind
de sub 1%/, in cazul crestaturilor verticale. Diferentele cresc insa pana la 5-8.5%
pentru crestaturile U inclinate, la predominanta modului II Tn modul mixt de
solicitare.

O abordare echivalentd pentru modul mixt propune si Gdmez [2007], bazata
pe determinarea energiei medii specifice de deformatie W1 din analiza liniar elastica
cu elemente finite, acceptand ipotezele:

. volumul (suprafata) de control in modul mixt se obtine prin rotirea
volumului (suprafetei) de control determinat pentru modul I astfel incat configuratia
geometrica de forma semiluna sa fie centrata in punctul de tensiune maxima;

. valoarea critica W, determinata pentru modul I de solicitare este valabila si

n modul mixt.

4.2.2. Evaluarea ruperii fragile a epruvetelor SENB cu crestatura
laterala in forma de U

Evaluarea ruperii fragile a epruvetelor SENB cu crestatura U pe baza
criteriului propus de Lazzarin [2005] presupune determinarea mediei Wi a energiei
specifice de deformatie pe suprafata de control de raza criticd R . in acest scop,

beneficiind de rezultatele prezentate in subcapitolul 3.3, abordarea echivalenta
propusa de Gémez [2007] este utilizata in continuare.

Pentru Necuron 1020, cu caracteristicile elastice si mecanice prezentate in
capitolul 2

E =3340[MPa], v=0.34, of=79.05MPa|, Kjc= 2.3[MPaJE]

rezultd Tn baza relatiilor (4.27) si (4.39), valorile pentru energia specifica criticd de
deformatie W, si raza criticd R. a suprafetei de control:

2 2
W, = sz_f_: - 0.935[M3/m? |, Rc = W[%j - 0.206[mm].  (4.60)
r

in calculul valorii critice W, , s-a utilizat tensiunea o; determinatd pe epruvete cu
concentrator de tensiune lateral semicircular, recomandate de Seweryn [1994],
[2002] pentru a compensa neliniaritatea curbei tensiune-deformatie specifica a
epruvetelor netede.

Toate analizele cu metoda elemetului finit au fost realizate cu pachetul
software Cosmos/M 2.9, in conditiile elasticitatii liniare si a starii plane de
deformatie, un exemplu de model cu elemente finite fiind prezentat in fig. 3.20. La
valoarea medie a fortei maxime F.-, din analiza cu elemente finite se determina:

unghiul ¢ care stabileste pozitia punctului P caracterizat prin tensiunea principala
maxima 0max , Unghiul 6y format de directia initiald a fisurii cu verticala (in ipoteza
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cad directia initiald a fisurii este normald la directia tensiunii 0m55x ). Rezultatele

. . n . . T * -
numerice sunt sumarizate in tabelul 4.3, tensiunea circumferentiala og fiind

evaluatd pe bisectoarea crestaturii U.

Tabel 4.3 Rezultatele numerice pe epruvete SENB (Necuron 1020)

e med o *

- 0w ofl &l e ea]
1.000  440.50  0.00 0.00 146.00 146.00

0.870 1775 18.85  9.55 138.40 136.20

0.50 0.683 1230 43.70  23.49  147.40 132.30
0.576 1890 60.83  34.94  167.80 133.60

0.252 1365 90.53  60.53  144.41 48.92

0.042 1830 96.77  67.00  145.32 5.89

1.000  490.50  0.00 0.00 134.40 134.40

0.870 1985 16.92  8.55 128.60 126.80

o 0.670 1395 42.48 2274  139.00 124.50
0.562 2150 60.38  34.94  158.90 125.30

0.238 1465 92.01  62.03  133.02 40.96

0.033 2080 97.23  67.50  144.04 3.42

1.000 518 0.00 0.00 124.40 124.40

0.870 2120 14.97  7.55 120.90 119.30

00 0.658 1465 42.07 22.50  128.50 115.00
0.550 2240 60.83  34.94  146.00 114.20

0.218 1550 93.94  64.02  124.93 33.71

0.038 2110 97.69  67.99  135.50 4.00

1.000 640 0.00 0.00 113.80 113.80

0.873 2570 12.03  6.04 109.90 108.90

7 00 0.616 1860 39.17  20.76  122.50 109.20
' 0.506 2730 60.14  34.44  134.30 102.50

0.156 1695 95.83  66.01  106.95 19.20

0.027 2165 98.61  68.99  116.88 1.22
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Variatia tensiunilor cu distanta de la varful crestaturii U, pentru valoarea medie a
fortei critice Fo, este exemplificata in fig. 4.11: raza p = l[mm] si M€ =1.000,

respectiv M€ = 0.658

140 -
| tensiune [MPa]
120 P = O
44 ¢ Ur
100 A &
R =1.000 b
20
&0 - nggxggguumn a
4D_ nnuunnnggg:gggg:
i M® =1.000
g&sﬁi&%&%%&iiiiiiiiii33333333
=[0.658
B =1.000
-'--'\-'--'--'--'--'--'--'--'--'\-'--'--'-hhhhhhh&hhhhhhhhn
T e T N ] L Ly = DI&SB
B T T L L O A L W N . O W W R . R W R .
_ED T T T T T T T T T
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0
distanta [mm]

Fig. 4.11. Variatia tensiunilor cu distanta de la punctul de tensiune principala maxima pentru
crestdtura U cu raza p = l[mm] , modul I, forta maxima medie Fpax = 518[N]

Evaluarea valorii medii W1 a energiei specifice de deformatie presupune rafinarea
retelei de elemente finite pe suprafata de control. Un exemplu de discretizare

automatd pentru cazul M€ =0.658 si p=1[mm]| este prezentat in fig. 4.12, cu

utilizarea entitdtilor geometrice de tipul regiune si a elementelor finite
bidimensionale triunghiulare cu 6 noduri — TRIANG. Pentru discretizarea suprafatei

de control de arie A= 0.21079[mm2} s-au utilizat 4261 elemente finite cu 8840

noduri, modelul continand in total 45609 elemente finite si 91958 noduri.

& i vy
A uumumnuumuﬁmm ? ;

ifmj))_lnrpp"ri 3 *
Fig. 4.12. Reteaua de elemente finite - detaliu cu rafinarea d|n zona suprafe!;el de control

pentru crestatura U cu p = 1.0 [mm] , =0.658.
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Fig. 4.13. Distributia energia specifice de deformatie pe suprafata de control (p = 1[mm])
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Distributia energiei specifice de deformatie W1 pe suprafata de control este ilustrata
in fig. 4.13 la raza p = 1[mm] pentru toate cele sase cazuri diferite de solicitare.

Dupd cum se observd, curbele de egald densitate a energiei de deformatie au
centrul pozitionat aproximativ la distanta rp = p/2 fatd de centrul de curburd al

crestaturii, in acord cu ipoteza formulatd de Gomez [2007]. De asemenea, se
observa ca nivelul densitatii energiei specifice scade cu cresterea razei.
In fig. 4.14 sunt ilustrate predictiile fortei critice Fo pentru ruperea fragild a

epruvetelor SENB cu crestatura U pe baza criteriului SED medie impreuna cu
rezultatele experimentale, pentru cazurile caracterizate de M€ =1.0, M€ =0.6 si

ME =0.2.

1.00
Frnax Sy =57 =60, b= 0[mm] crestiturd U vertical3
[kn] ME =1.0
0.75 4
Ay
i &
0.50 1 A B
.
0.25 A
i Arezultate experimentale
— criteriul SED medie
EI-I:II:I T T T T T T T T T
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 5 fnm] 2.9
2.00
il
Frnax 5y =60, 52 =12, b = 4 [mm] 7
k] ME = 0.6
1.50 A
ot
1.00
crestaturd U verticald
0.50 +
il arezultate experimentale
— criteriul SED medie
D-I:II:I T T T T T T T T T
o.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5

p [mm]
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Z.00

Friax | crestaturd U inclinatd
[kn] i
1.00 4

151 =60,5=12,b=9[mm]

ME =02
0.50 +
Arezultate experimentale
— criteriul SED medie
D-I:II:I T T T T
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 a [mm] 2.3

Fig. 4.14. Estimarea fortei maxime pentru ruperea epruvetelor SENB cu crestatura U pe
baza criteriului SED medie
Variatia fortei critice, determinatd pe baza predictiei acestui criteriu s-a obtinut prin
interpolarea rezultatelor dupa o functie de gradul al doilea. In tabelul 4.4 sunt
centralizate rezultatele si erorile relative de estimare a fortei critice dupa criteriul
SED medie.

Tabel 3.8 Estimarea fortei critice pentru epruvetele SENB (Necuron 1020)

FmaX [N] FCr [N] EI;O:_I‘GV
me [-] p[mm] rezultate estimare re [.;iva
experimentale SED medie °
10 0.50 440.50 388 -11.92
Sy = 60[mm] 0.75 490.50 416 -15.19
S3 = 60[mm] 1.00 518 443 -14.48
b= O[mm]
2.00 640 545 -14.84
0.6 0.50 1230 1120 -8.94
St = 60[mm] 0.75 1395 1190 -14.70
—12
Sy =12[mm| 1.00 1465 1250 -14.68
b = 4 [mm]
2.00 1860 1495 -19.62
0.2%) 0.50 1365 1305 -4.40
Sy = 60[mm] 0.75 1465 1395 -4.78
Sz =12[mm| 1.00 1550 1410 -9.03
b = 9[mm]
2.00 1695 1580 -6.78

*) epruvete cu crestiturd U inclinat3
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in comparatie cu criteriul UMTS, criteriul SED medie subestimeaza nivelul
fortei critice F.r pentru solicitarea Tn modul mixt, la toate combinatiile dintre modul

I si II analizate. in schimb, erorile relative sunt cuprinse 1in intervalul
- 4.40...-19.62[%)], erori rezonabile pentru aplicatiile ingineresti.

in concluzie, cu dezavantajul unei analize mai laborioase, criteriul valorii
medii a energiei specifice de deformatie se recomanda pentru estimarea ruperii
fragile in modul mixt a componentelor structurale realizate din poliuretanul Necuron
1020, in prezenta concentratorilor de tensiune nesingulari, fara restrictii privind raza
la varful crestaturii sau predominanata modului II.
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5. Evaluarea numerica a directiei de propagare a
fisurilor in modul mixt

5.1. Abordari in simularea propagarii fisurilor

Solutionarea completd a problemelor de estimare a ruperii fragile a
componentelor structurale include si stabilirea traiectoriei fisurilor. O clasificare
complexa a abordarilor utilizate in literatura stiintifica de-a lungul timpului pentru
simularea procesului de initiere si propagare a fisurilor este prezentata de Ingraffea
[2004]. Astfel, Ingraffea [2004] imparte aceste abordari in doua mari clase, in
functie de modul in care prezenta fisurii este implementata in procedurile numerice.

Metodele din prima clasa reprezinta fisura ca o entitate geometrica distincta,
iar modelul geometric si modelul cu elemente finite sunt, dupa caz, actualizate cu
extensia fisurii (fig. 5.1). Metodele din aceastd clasd se impart in doua categorii
dupa geometriei fisurii: forma conditionata sau forma arbitrara a fisurii.

geometrica a fisurii

A

forma conditionata forma arbitrara
a fisurii a fisurii

|l2u reprezentarea

metode fara retea

—| forma predefinita [— | de elemente finite

forma analitico- metode FEM/BEM
geometrica || adaptive
forma data de

metode cu

| solutii cunoscute L

elemente discrete

Fig. 5.1. Metode cu reprezentarea distincta a fisurii (preluare Ingraffea [2004])

Din prima categorie, tehnica formei predefinite a fisurii a fost utilizata prima
data de Clough [1962] pentru cercetarea efectului pe care prezenta fisurii il are
asupra starii de tensiune dintr-un baraj de beton. Fetele fisurii sunt predefinite de
fetele elementelor finite existente, fara o modificare a retelei la extensia fisurii, dar
cu decuplarea nodurilor printre care fisura se propaga.

Dintre metodele care conditioneaza geometria fisurii, cea mai simpla si
frecvent utilizata metoda se bazeaza pe solutiile analitice sau numerice cunoscute.
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Metoda se preteaza insa pentru un numar redus al combinatiilor geometrie-conditii
la limita, fisurile avadnd geometriile reduse la linii drepte in problemele 2D sau
suprafete netede in aplicatiile 3D, iar propagarea fisurii se realizeaza in ipotezele
mecanicii ruperii liniar elastice. Aceasta metoda este implementata de pachetele
software NASGRO si AFGROW.

Metodele din cea de-a doua categorie modeleaza fisura printr-o forma
arbitrara, fard restrictii impuse de discretizarea cu elemente finite a modelului
geometric. In mod obignuit trei abordari sunt incluse in aceasta categorie: metoda
fara retea de elemente finite (Meshfree methods, Belytschko [1996]), metodele
elementului finit/elementelor de frontiera adaptive (Adaptive FEM/BEM methods) si
metodele elementelor discrete, cu reprezentari la nivel de latice, particula sau atom.

Astazi, dintre aceste tehnici, cea mai utilizata este metoda elementului finit
adaptiva care permite investigarea comportamentului structurilor cu fisuri de forme
arbitrare prin actualizarea permanenta a retelei de elemente finite la extensia fisurii.
Metoda este implementata in pachetul software FRANC2D si FRANC3D (Wawrzynek
[1987], [1989], [1991]). Tehnica a fost utilizatd cu succes in studiul propagarii
fisurilor in diferite componente structurale, precum eclisele de lant (Babeu [1998])
sau un pinion melcat (Carter [2000]).

Metode fara reprezentare
geometrica a fisurii

— —

Metode Metode
constitutive cinematice

elemente finite cu
— fisuri distribuite
continuu elemente finite
imbogatite
(XFEM JGFEM)

elemente finite
~ | cu extinctie

Fig. 5.2. Metode fara reprezentarea geometrica a fisurii (preluare Ingraffea [2004])

Metodele din cea de-a doua clasa nu presupun existenta unei fisuri distincte
continutd de modelul geometric, iar acesta si modelul cu elemente finite nu se
modifica la extensia fisurii. Mai degraba, aceste metode reprezinta fisura printr-o
localizare puternicd a deformatiei, decat printr-o reprezentare geometrica distincta,
cea mai cunoscuta fiind metoda elementelor finite extinse (XFEM, eXtended Finite
Element Method, Belytschko [1999]).
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5.2. Influenta modului mixt de solicitare asupra traiectoriei
fisurilor la ruperea epruvetelor ASCB

5.2.1. Simularea numerica a propagarii fisurilor cu pachetul
software FRANC2D/L

Elaborat de un grup de cercetatori (Computational Fracture Group) de la
Cornell University sub conducerea Prof. Anthony Ingraffea si a Dr. Paul Wawrzynek
(www.cfg.cornell.edu), FRANC2D (FRacture Analysis Code 2D) este un pachet
software bazat pe metoda elementelor finite destinat simularii comportarii solidelor
bidimensionale care contin discontinuitati geometrice de forma fisurilor (Wawrzynek
[1987], [1989], [1991]). La Kansas State University, Prof. Daniel Swenson
(Swenson [1997]) a dezvoltat varianta FRANC2D/L cu facilitati suplimentare de
simulare a structurilor multistrat. Ulterior, pentru simularea propagarii fisurilor in
problemele tridimensionale, a fost dezvoltata si varianta FRANC3D (Carter [2000]).

Modelul geometric al epruvetelor ASBC prezentat in fig. 3.6 si modelul cu
elemente finite au fost realizate cu preprocesorul CASCA 1.4 (Wawrzynek [1997]).
Subregiunile geometrice au fost astfel generate incat sa asigure o retea fina de
elemente finite in zona fisurii si s&@ permita impunerea cu exactitate a conditiilor la
limita pentru incovoierea asimetrica in trei puncte: deplasarile verticale ale nodurilor
corespunzatoare suportilor de rezemare u, =0 si forta F = F. aplicata pe directia

verticald continuta in planul fisurii initiale (F. reprezintd valoarea medie

inregistrata). Pentru poliuretanul rigid Necuron 1020 urmatoarele proprietati de
material au fost considerate in analiza liniar-elastica cu elemente finite: modulul de
elasticitate longitudinal E:3340[MPa], coeficientul de contractie transversald

v=0.34 si valoarea criticA a factorului de intensitate a tensiunii

Krc =2.3[MPa\/E]. Discretizarea, in conditiile starii plane de deformatie, s-a

realizat cu elemente finite izoparametrice cu 8 noduri rezultand in final un model
care contine 8550 elemente finite si 25971 noduri (fig. 5.3).

Fig. 5.3. Modelul cu elemente finite pentru simularea propagarii fisurii (epruveta ASCB)
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Singularitatea de forma 1/yr pentru fisura de margine cu lungimea a = 12[mm] s-a
obtinut prin introducerea unei rozete formata din 8 elemente finite triunghiulare
izoparametrice singulare cu 6 noduri ilustrata in fig. 5.4a (Barsoum [1976]).
Simularea cvasiautomata a propagarii fisurilor cu pachetul software
FRANC2D/L este caracterizata prin etapele succesive prezentate in continuare.

Analiza starii de tensiune si deformatie, determinarea factorilor de
intensitate a tensiunii. Pentru analiza starii de tensiune si deformatie din
epruvetele ASCB, in ipoteza elasticitatii liniare, FRANC2D/L utilizeaza metoda
matricei de rigiditate care implica o solutionare a sistemului de ecuatii liniare prin
metoda de eliminare a Ilui Gauss. Rezultatele analizei structurale permit
determinarea factorilor de intensitate a tensiunii K; si Kjr, pentru geometria si

conditiile la limita date, prin una din metodele implementate: metoda corelarii
deplasarilor (Chan [1970], Shih [1976]), metoda integralei J (Cherepanov [1967],
Rice [1968], Ishikawa [1980]) si metoda extensiei virtuale a fisurii (Rybicki [1977],
Ramamurthy [1986], Raju [1987], Singh [1998]). Metoda corelarii deplasarilor a
fost utilizatd pentru evaluarea factorilor de intensitate a tensiunii K; si Ky in

simularea propagarii fisurilor pe epruvete ASCB cu pachetul software FRANC2D/L.

Determinarea directiei de propagare si a pozitiei noului varf al
fisurii. Introducand valorile determinate ale factorilor de intensitate a tensiunii Kj

si K7 n ecuatiile criteriului de initiere la propagarea in modul mixt se determina

directia de extensie si noua pozitie a varfului fisurii prin precizarea incrementului de
propagare (sau acceptarea lungimii implicite pentru incrementul fisurii).

FRANC2D/L are implementate trei criterii de initiere la propagarea fisurii in
modul mixt, si anume: criteriul tensiunii circumferentiale maxime propus de
Erdogan [1963], criteriul energiei specifice de deformatie minima formulat de Sih
[1973, 1974] si respectiv criteriul fortei maxime de extensie a fisurii propus de
Hussain [1974]. Pentru situatia in care modul II este dominant, adica pentru un
raport Kj/K; mare, acuratetea rezultatelor se imbunatateste prin reducerea

incrementului de extensie a fisurii.

Indepértarea elementelor finite pozitionate de-a lungul traiectoriei
si actualizarea geometriei fisurii. Dupd stabilirea directiei de initiere la
propagarea fisurii si a incrementului de extensie a fisurii, elementele finite
pozitionate de-a lungul traiectoriei sunt indepadrtate si o suprafatd poligonalad
temporara destinata rediscretizarii este generata (fig. 5.4b). Fisura initiala este
extinsa in noua pozitie a varfului (fig. 5.4c) si o rozeta formata din 8 elemente finite
triunghiulare izoparametrice singulare este introdusa pentru a simula singularitatea

1/\/7 (fig. 5.4d). In acest pas actualizarea geometriei fisurii este complet3.

Rediscretizarea automata a suprafetei din vecinadtatea fisurii.
Algoritmul de rediscretizare implementat de pachetul software FRANC2D/L
indeplineste doua cerinte importante: mentine compatibilitatea cu restul retelei de
elemente finite (de exemplu conditiile la limita nu trebuie modificate ca rezultat al
propagarii fisurii) si asigura o buna progresie a dimensiunii elementelor la trecerea
de la reteaua fina de elemente finite de la varful fisurii spre reteaua mai grosiera din
celelalte regiuni ale solidului.
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(a).

TIF

(b).

(c).

Fig. 5.4. Ilustrarea pasilor de actualizare a geometriei si rediscretizare automata

(e).

(d).
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Rediscretizarea se realizeaza printr-o procedura de impartire recursiva a
regiunii intr-un numar de mici subregiuni de forma geometrica similara (de
exemplu, un patrat este impartit in patru patrate mai mici), operatia repetandu-se
pentru fiecare dintre subregiuni. Reteaua de elemente finite este ajustata prin
modificarea coordonatelor nodurilor interne astfel incat sa ocupe pozitia centrului de
greutate al nodurilor adiacente. Algoritmul de rediscretizare este prezentat in detaliu
de Bittencourt [1996]. Reteaua de elemente finite generata automat in zona de la
varful fisurii este ilustratd in fig. 5.4e.

In fig. 2.13 si fig. 2.14 sunt prezentate pentru epruvetele ASCB, realizate
din Necuron 1020 si Necuron 651, traiectoriile de propagare a fisurilor la ruperea in
regim cvasistatic, pentru toate combinatiile intre modul I si modul II analizate (in

functie de parametrul adimensional M€).
Din examinarea traiectoriilor de propagare se evidentiazd urmatoarele
concluzii:

. pentru cazul M€ =1, adici epruveta ASCB este solicitatd in modul I,
initierea la propagare se produce in planul fisurii initiale, traiectoria fiind o linie
dreapta;

. pentru cazurile in care 0 <M€ <1, adici epruveta ASCB este solicitatd in
modul mixt la diferite combinatii intre modul I si II, initierea la propagarea fisurii se
produce printr-o deviere brusca de la directia fisurii initiale;

e dupd aceasta deviere de unghi 6p traseul fisurii urmeaza o traiectorie
curbilinie lind fara schimbari bruste de directie;

. unghiul de initiere la propagarea fisurii 8y creste pe masurd ce valoarea

parametrului adimensional M€ se reduce, cu dominanta modului II;
. pentru toate cazurile de solicitare, pe ultima portiune a traiectoriei, fisura se
propaga arcuindu-se spre punctul de aplicare a sarcinii.
in toate cazurile analizate, la simularea cu pachetul software FRANC2D/L a
propagarii fisurilor in regim cvasistatic pe epruvete ASCB, pentru determinarea
factorilor de intensitate a tensiunii K; si Ky s-a utilizat metoda coreldrii

deplasarilor. Pentru fiecare caz in parte, directia de propagare a fisurii s-a stabilit
atat pe baza criteriului tensiunii circumferentiale maxime (MTS), cat si pe baza
criteriului energiei specifice de deformatie minima (criteriul SED). Propagarea fisurii
pentru epruvetele ASCB s-a realizat practic acceptdnd o valoare redusa de 0.1[mm]
a incrementului pentru primii 10 pasi de extensie, iar pentru restul traseului
simularea s-a realizat cu un increment de 0.2[mm], cu scopul de a obtine o
traiectorie cat mai exacta a fisurii.

In fig. 5.5 sunt ilustrate, prin reteaua de elemente finite deformata,
traiectoriile rezultate din simularea numerica a propagarii fisurilor pe epruvetele
ASCB realizate din Necuron 1020. Buna concordantad dintre rezultatele numerice si
cele experimentale este reliefata de similaritatea traiectoriilor pentru toate valorile

parametrului M€ (fig. 5.6). Practic, traiectoriile experimentale digitizate si respectiv
traiectoriile obtinute prin simularea propagarii fisurilor cu pachetul software
FRANC2D/L sunt identice pentru cea mai mare parte din lungimea fisurii propagate;
exprimata prin coordonata y , aceasta lungime este cuprinsa intre 0 - 20 [mm].

117



£5.0

20,0

15.0

10.0

2.0

0.0

23.0

20.0

15.0

10.0

5.0

0.0

|Lrnmn]

« criteriul MTS

& criteriul SED

= gxperimental

% [mrm]

A o R AP R B R B RRPF SRE BE

20 0.0 2.0
a). M€ =1 (modull, K;; =0)

4.0 6.0

;.:': criteriul MTS
' 4 criteriul SED

= gxperimental

® [rmm]

0.0 2.0

c). M€ =0.795 (modul mixt)

4.0 a.0 3.0

£5.0

[rmm]

20.0

15.0

10.0

5.0

0.0

25.0

£0.0

15.0

10.0

2.0

0.0

0.0 2.0

0.0 2.0

« criteriul MTS
& criteriul SED

= gxperimental

# [mm]

b). M€ =0.955 (modul mixt)

¢ criteriul MTS =3
a criteriul SED :

= gxperimental

w [rnm]

4.0 6.0 8.0
d). M€ =0.467 (modul mixt)

4.0 6.0 g.0



25.0 - 25.0
- n
¥ [rm] . y [rm] .
| - -
20,0 " 20.0 - .
+ criteriul MTS
iteri ¢ criteriul MTS
1504 & criteriul SED 150 4
= experimental a criteriul SED
= experimental
10.0 1 10.0 -
3.0 1 5.0 A
# [mm]
0.0 T T . T . T . 0.0 sl T . .
0.0 2.0 4.0 6.0 .0 0.0 2.0 4.0 .0 g.0

e). M® =0.199 (modul mixt) f). M€ =0 (modul II, K;=0)

Fig. 5.6. Traiectoriile de propagare a fisurilor pentru diferite combinatii intre modul I si
modul II (Necuron 1020)

Cu exceptia cazului M€ =1, pe ultima portiune din lungimea fisurii propagate
(exprimata prin coordonata y, aceasta portiune este reprezentata prin intervalul
20-25 [mm]) traiectoriile determinate prin simularea cu elemente finite deviaza de
la traseul experimental. Pentru aceasta deviere a traiectoriei fisurilor, o explicatie
posibila este legata de modificarea conditiilor de rezemare in timpul experimentului,
conditiile la limita din simularea numerica fiind in schimb pastrate neschimbate.

De asemenea, nu sunt observate diferente semnificative intre traiectoriile
globale determinate din analiza cu elemente finite, la utilizarea celor doua criterii de
initiere la propagarea fisurii, criteriul MTS si criteriul SED. Reprezentarea in detaliu
din fig. 5.7 (pentru cazul M€ =0.199) a zonei de la varful fisurii initiale evidentiaz3
faptul ca initierea la propagare se produce sub un unghi 6y care depinde insad de
criteriul utilizat. Valorile obtinute din analiza numerica cu elemente finite

6p = -64.49° pentru criteriul MTS si 6p = -71.18° pentru criteriul SED sunt in buna

concordanta cu solutiile analitice: 6y = -64.42° si respectiv 6p = -71.83°.
Variatia factorilor de intensitate a tensiunii K; si Ky in functie de lungimea

fisurii propagate a, ilustrata in fig. 5.8, confirma principiul simetriei locale formulat
de Goldstein [1974]. Astfel, pentru cazul unei solicitari in modul mixt I+II, initierea
la propagare se produce printr-o deviere de la fisura initiala pe o directie care sa
asigure Kjr =0 . Cu alte cuvinte, traiectoria fisurii revine la configuratia de simetrie
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globald, comportament demonstrat si de rezultatele experimentale publicate de
Smith[2001].
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Fig. 5.7. Detaliu din zona de la varful fisurii initiale pentru traiectoriile de propagare la
M€ =0.199 (Necuron 1020)
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Fig. 5.8. Variatia factorilor de intensitate a tensiunii Ky si Kj; pentru cazul M€ = 0.199 in
functie de lungimea fisurii(Necuron 1020)

Analizand rezultatele obtinute pentru simularea numerica a traiectoriilor de
propagare a fisurilor pe epruvetele ASCB confectionate din Necuron 1020 si Necuron
651 se desprind concluziile:

. unghiul de initiere 6p la propagarea fisurii este estimat numeric corect pe
baza criteriul SED, criteriul considerand in modelul analitic si influenta coeficientului
de contractie transversala v ;

. la nivel global, traseul fisurii depinde de combinatia intre modul I si II,
traiectoriile fiind similare pentru cele doua materiale.
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5.2.2. Simularea propagarii fisurilor pe baza criteriului GMTS

Pachetul software ABAQUS 6.5 [2004] include cateva facilitati importante de
analiza a aplicatiilor de mecanica ruperii:
. definirea interactivad pentru aplicatiile bi- si tridimensionale a fisurilor de
margine, a frontului fisurii si a vectorului care defineste directia de extensie a fisurii;
. controlul interactiv al degenerarii elementelor finite si pozitionarea nodurilor
de pe mijlocul laturilor in pozitia corespunzatoare ordinului singularitatii;
. evaluarea integralei J, a factorilor de intensitate a tensiunii K;, Ky si

Krr, a tensiunii nesingulare T si a directiei de propagare a fisurii pe baza criteriului

MTS si a criteriului fortei maxime de extensie a fisurii;
. vizualizarea seturilor de noduri si a rezultatelor pentru fiecare contur de
integrare.

Facilitatea de calcul a factorilor de intensitate a tensiunii Ky, Ky si a
tensiunii nesingulare T oferita de pachetul software ABAQUS 6.5 permite evaluarea
traiectoriilor fisurilor in modul mixt de solicitare pe baza criteriului GMTS. Simularea
propagarii fisurii se realizeaza incremental, dupa algoritmul prezentata in fig. 5.9.

Definirea si analiza modelului in ABAQUS 6.5. Geometria epruvetei
ASCB este ilustratd in fig. 3.6, cu dimensiunile R=40[mm|, S;=30[mm] si

S5 = 6[mm] (pentru M€ = 0.199), iar lungimea initiald a fisurii a = 12[mm]. Pentru
poliuretanul rigid Necuron 1020 urmatoarele proprietdti de material au fost
considerate in analiza liniar elasticd cu elemente finite: modulul de elasticitate
longitudinal E = 3340[MPa] si coeficientul de contractie transversald v =0.34

Modelul geometric partitionat prezentat in fig. 5.10 a fost discretizat, in
conditiile starii plane de deformatie, cu elemente finite izoparametrice patratice cu 6
si respectiv 8 noduri rezultéand in final un model care contine 7205 elemente finite
si 21758 noduri (fig. 5.11). Singularitatea de ordinul 1/\/7 se obtine prin colapsul
elementelor finite patratice cu 8 noduri si pozitionarea nodurilor de pe mijlocul
laturilor adiacente la 1/4 fata de nodul care reprezinta varful fisurii.

Partitionarea modelului geometric ilustrata in fig. 5.10 asigura impunerea cu
exactitate a conditiilor la limita pentru incovoierea asimetrica in trei puncte:
deplasarile verticale ale nodurilor corespunzatoare suportilor de rezemare u, =0
(partitile RP-1 si RP-3) si forta F =F, (partitia RP-2) aplicatd pe directia
verticald continutd Tn planul fisurii initiale (Fg- reprezintd valoarea medie

experimentala). in primul pas al analizei se determind starea de tensiune si
deformatie de la varful fisurii.

Evaluarea factorilor de intensitate a tensiunii K; , Ki; si a tensiunii

.....

mixt, pachetul software ABAQUS 6.5 utilizeazd metoda propusa de Shih [1988] si
bazata pe calculul integralei J pentru extragerea factorilor de intensitate a tensiunii

Ky, Ky siatensiunii T (ABAQUS [2004]).
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Fig. 5.9. Algoritmul de simulare a propagarii fisurii cu pachetul software ABAQUS 6.5

Fig. 5.10. Modelul geometric partitionat al epruvetei ASCB
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Fig. 5.11. Modelul cu elemente finite al epruvetei ASCB

Pentru fisura initiald cu lungimea a=12[mm], fig. 5.10 si fig. 5.11
ilustreaza rezultatele obtinute pentru primele 6 contururi de integrare, in functie de
raza r masurata de la varful fisurii. Se constatd o foarte bund convergenta a
rezultatelor, urmatoarele valori determinate prin extrapolare fiind utilizate pentru
determinarea directiei de initiere la propagarea fisurii pe baza criteriului GMTS:

Ky = 0.8627 MPavm| , Kyy = 2.6156 MPaym| si T = ~28.992|Mpal].

Determinarea directiei de initiere pe baza criteriului GMTS. Conform
criteriului GMTS, directia de initiere la propagarea fisurii se determina ca solutie a
ecuatiei (3.9) pentru re = 0.34|mm| si rezultatele precedente:

[K1 sin6p + K7(3cos6p - 1)]- %JZHFC sine70cos 6 =0, (5.1)
rezultand 6y = -48.43°.

Extensia fisurii si rediscretizarea modelului. Pe directia de unghi
8p = —48.43° fisura initiald se extinde cu incrementul 4a=2[mm], iar modelul
geometric obtinut se rediscretizeaza in conditiile prezentate anterior. Incrementul de
extensie a fisurii 4a = 2[mm]| a fost ales astfel incat s§ rezulte un numé&r rezonabil
de pasi. Analiza starii de tensiune si deformatie pentru noul model de calcul asigura
determinarea parametrilor de mecanica ruperii Ky, Ky si T, iar pe baza criteriului
GMTS se determina unghiul de initiere la propagarea noii fisuri extinse cu
incrementul 4a .

Dupa algoritmul prezentat, fisura s-a propagat un numar adecvat de pasi
pind in apropierea conturului exterior al epruvetei ASCB. Pentru cazul M€ = 0.199
fisura a fost propagata progresiv in 14 pasi cu incrementul Aa:Z[mm] pastrat

constant. Deformata modelului cu elemente finite este ilustrata in fig. 5.14 pentru
trei valori ale lungimii fisurii.
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Fig. 5.13. Variatia tensiunii nesingulare T cu distanta de la varful fisurii
(M€ =0.199 si a = 12[mm])

Buna concordanta dintre rezultatele numerice si cele experimentale este
reliefatd de similaritatea traiectoriilor ilustrate in fig. 5.15. Practic, traiectoria
experimentala digitizata si respectiv traiectoria obtinutd prin simularea propagarii
fisurii pe baza criteriului GMTS sunt identice pentru cea mai mare parte din
lungimea fisurii propagate; exprimata prin coordonata y, aceasta lungime este
cuprinsa intre 0—20[mm]. Pe ultima portiune din lungimea fisurii propagate
(exprimata prin coordonata y , intervalul 20 - 25 [mm]) traiectoria simulata pe baza

criteriului GMTS cu pachetul software ABAQUS 6.5 deviaza de la traseul
experimental.
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a). Lungimea initiald a fisurii @ = 12[mm] (factor de scarg 2.5 )

b).pasul 7, 4a = 14[mm] (factor de scara 1.5)

c).pasul 14, da =28 [mm] (factor de scara 0.2)

Fig. 5.14. Deformata epruvetei ASCB realizata din Necuron 1020 la propagarea
incrementald a fisurii cu pachetul software ABAQUS 6.5 (M€ = 0.199)

125



in fig. 5.15 sunt prezentate comparativ si traiectoriile de propagare a fisurii
dupa criteriile MTS si GMTS. Prin introducerea efectului tensiunilor nesingulare T,
directia de initiere la propagarea fisurii se modifica, dar global cele doua traiectorii
nu sunt sensibil diferite pe traseul de propagare. Simularea propagarii fisurii pe baza
criteriului GMTS cu pachetul software ABAQUS 6.5, confirma o data in plus principiul
simetriei locale: dupa initiere fisura tinde sa se propage in modul I.

25.0 _
y [mm] I
n
s EO
LR {s]
20.0 - -
« criteriul MTS
FFRANCZD/LY aul
15.0 4 Ocriteriul GMTS
(Abagus)
= Experimental
10.0 4
5.0
&“ﬁy
'y,,gsf‘ % [mm]
0.0 T T T T T

Fig. 5.15. Traiectoriile de propagare a fisurii pentru M€ = 0.199 (Necuron 1020)
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6. Concluzii si contributii personale

6.1. Rezultate si concluzii

Cateva dintre rezultatele cercetarii teoretice si experimentale a ruperii
fragile pe materialele polimerice investigate sunt prezentate in acest paragraf.

1. Caracteristicile mecanice, elastice si de mecanica ruperii. Pentru
polimerii Necuron 1020 si Necuron 651 principalele caracteristici mecanice si elastice
obtinute pe cale experimentala sunt prezentate in tabelul 6.1. Valorile determinate
prin tehnica excitatiei prin impuls si pe baza curbelor tensiune-deformatie specifica
ridicate pentru incercarile de intindere uniaxiala sunt in buna concordanta.

Tab. 6.1. Caracteristici mecanice si elastice pentru Necuron 1020 si Necuron 651

pP 5 E*) E**) V**) O'r*)

[gr-/ cm } [MPa] [MPa] [MPa] [MPa]

Necuron 1020 1.217 3340 3600 0.343 49.75
Necuron 651 0.626 1250 1556 0.279 17.40

*) determinate prin incercari experimentale de tractiune uniaxiald (ASTM D638-03);
**) determinate prin tehnica excitatiei prin impuls (ASTM E1876-01).

Valorile critice ale factorilor de intensitate a tensiunii Ky si Kyjc sunt prezentate in
tabelul 6.2.

Tab. 6.2. Caracteristici de mecanica ruperii pentru Necuron 1020 si Necuron 651

K3 K7, K5 Khe Kk
Mpavm|  [MPavm| [MPavm|  [MPavm|  [MPaym|
Necuron 1020 2.30 2.65 2.24 2.77 2.46
Necuron 651 1.00 1.25 - 1.37 -

a) determinate pe epruvete standardizate SENB cu fisura (ASTM D5045-99);
b) determinate pe epruvete ASCB cu fisura;
c) determinate prin extrapolarea rezultatelor obtinute pentru epruvete SENB cu crestatura U

(raza la varf 0.5, 0.75, 1.00 si 2.00[mn‘}.

Rezultatele obtinute pentru caracterisiticile de mecanica ruperii sunt
dependente, prin geometria epruvetei, de tipul constrangerii realizate la varful fisurii
(stare plana de deformatie sau de tensiune), campul tensiunilor T nesingulare, etc.,
dar erorile relative sunt in limitele rezonabile pentru aplicatiile din inginerie.
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2. Predictia fortei critice F. de rupere pentru componentele cu
fisuri. In conditiile ipotezei unui comportament linia elastic pand la ruperea finala,
estimarea fortei critice Fy s-a efectuat pentru epruvetele ASCB cu fisuri. S-au

utilizat trei criterii de rupere, si anume criteriul MTS (Erdogan [1963]), criteriul
GMTS (Smith [2001]) si criteriul SED (Sih [1973]).

2
Fl:r
k] 7
]
3
4
3
5 Arezultate experimentale
criteriul MTS
14— ----- criteriul GMTS
criteriul SED e[
|:| T T T T T T T T T T
0.0 0.z Q.4 0.6 0.g 1.0

Fig. 6.1. Estimarea F¢r la ruperea fragild in modul mixt a epruvetelor ASCB, Necuron 1020

4
FCI’
[kN]3 ?r g
Fik
2 .
Arezultate experimentale
14 criteriul MTS
————— criteriul GMTS
criteriul SED 2
M [-]
D T T T T T T T T T T
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0

Fig. 6.2. Estimarea F¢r la ruperea fragild in modul mixt a epruvetelor ASCB, Necuron 651
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Predictiile sunt prezentate in fig. 6.1 si 6.2, impreund cu rezultatele experimentale,
pentru epruvetele ASCB. Privind acuratetea predictiei ruperii fragile in prezenta
fisurilor, pentru epruvetele ASCB investigate, se desprind cateva concluzii:

. estimarile pe baza criteriul MTS sunt cele mai inexacte, eroarea relativa

maxima de —37.4[%] s-a obtinut pentru Necuron 651, la solicitarea in modul II;
. aplicarea criteriului GMTS imbunatateste acuratetea estimarilor, cu eroarea
relativa maxima de +15.3[%] pentru modul II de solicitare (Necuron 651);
. criteriul SED ofera predictii precise pentru toate combinatiile intre modul I si
II (eroarea relativd maxima de —14.4[%] pentru modul II, Necuron 651).
3. Predictia fortei critice F. de rupere pentru componentele cu
crestaturi de tip U.

1.00
Fer S5 =5z =60, b= 0[mm]
[kN] MF=1.0 crestiturd U verticald
0.759 1
1 iy
0.50 A

O

Arezultate experimentale
0.25 1 criteriul SED medie
_ criteriul LUMTS

I:I.DI:I T T T T
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 25
plmm]
2.00
Fr | S1=60, 5 =12,b= 4[mm] 2
[r] ME = 0.6
1.50 +
A
1.00 + o .
crestatura U verticald
Arezultate experimentale
0.30 1 criteriul SED medie
. — criteriul UMTS
I:I.':II:I T T T T
0.0 0.5 1.0 15 2.0 2.5
plmm|
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Ry 3.00
[kn] 1 51 =60,5=12,b=9[mm]
2.50 4 ME =02

2.00

| f#
1.50 &

T crestaturad U inclinata
1.00 +

. Arezultate experimentale
0.50 — criteriul SED medie

] — criteriul UMTS
I:I.':II:I T T T T
0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 p[rnrn] 2.5

Fig. 6.3. Estimarea F¢r la ruperea fragild a epruvetelor SENB cu crestdturd U (N1020)
in ipoteza unui comportament linia elastic pan& la ruperea finald, estimarea fortei
critice Fo s-a efectuat pentru epruvetele SENB solicitate la incovoiere, pe baza a

doua criterii de rupere: criteriul UMTS (Ayatollahi [2009a], [2010]) si criteriul valorii
medii a energiei specifice de deformatie (Gémez [2007]). Predictiile sunt prezentate
in fig. 6.3, Tmpreunda cu rezultatele experimentale, pentru trei valori ale

parametrului adimensional M€ .

Privind acuratetea predictiei ruperii fragile in prezenta crestaturilor tip U,
pentru epruvete SENB realizate din poliuretanul Necuron 1020, se desprind cateva
concluzii:

e pentru M€ =1 erorile relative sunt plasate in intervalul +1.41...+1.93[%]
pentru criteriul UMTS si respectiv —11.92...—15.19[%] pentru criteriul SED medie;

e pentru M®=0.6 erorile relative sunt cuprinse intre —6.83...—10.75[%]
pentru criteriul UMTS si respectiv —8.94...—19.62[%] pentru criteriul SED medie;

. pentru M€ =0.2 erorile  relative sunt cuprinse in intervalul

+9.22...+55.65[%] pentru criteriul UMTS si respectiv —4.40...—9.03[%] pentru

criteriul SED medie.

Daca se are in vedere intreaga plaja a combinatiilor dintre modul I si II,
capabilitatea criteriului SED medie de a estima forta critica de rupere cu o acuratete
rezonabild este remarcata.

6.2. Contributii personale

Teza nu epuizeazda vasta problematica a cedarii prin rupere fragila a
componentelor realizate din materiale poliuretanice. Lucrare se doreste a fi insa un
mic pas fnainte in studiul acestei probleme.
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Principalele contributii personale in ordinea prezentarii lor pe parcursul
lucrarii sunt:

. prezentarea intr-o maniera originald, rezultatul unui vast studiu bibliografic,
a criteriilor de rupere folosite frecvent in investigarea ruperii fragile, a principalelor
tipuri de epruvete si materiale utilizate in studiile de mecanica ruperii liniar elastice
(capitolul 1).

. determinarea experimentald a caracteristicilor mecanice (rezistenta la
rupere 0, ), elastice (modulul de elasticitate E si coeficientul lui Poisson V) si de
mecanica ruperii (valorile critice ale factorilor de intensitate a tensiunii Ky si Kyrc)
pentru materialele poliuretanice Necuron 1020 si Necuron 651. Modulul de
elasticitate £ este determinat din curbele tensiune-deformatie specifica ridicate
pentru incercarile la intindere monoaxiala si cu tehnica excitatiei prin impuls.
Factorul critic de intensitate a tensiunii Kj- in modul I este determinat pe epruvete

standardizate SENB, pe epruvete ASCB cu fisura si pe epruvete SENB cu crestatura
U (prin extrapolarea rezultatelor pentru raza p la véarf egald cu zero). De
asemenea, factorul critic de intensitate a tensiunii Kjzc Th modul II este determinat
pe epruvete ASCB cu fisura si pe epruvete SENB cu crestatura U (prin extrapolarea
rezultatelor pentru raza p la varf egald cu zero, pentru Necuron 1020). Erorile
relative pentru aceste determinari experimentale incrucisate sunt in marja practicii
ingineresti (capitolul 2).

. prezentarea concisa, dar clard, a formularilor analitice pentru toate criteriile
de rupere utilizate in demersul stiintific: pe de o parte, criterile MTS, GMTS si
UMTS, iar pe de alta parte, criteriile SED si SED medie (capitolele 3 si 4).

. stabilirea variatiei coeficientilor adimensionali Y7 si Yy ai factorilor de

intensitate a tensiunii, precum si variatia coeficientului adimensional T al tensiunii
nesingulare T, in plaja de combinatii posibile dintre modul I si II de solicitare,
pentru geometria consideratd a epruvetei ASCB, din analizele starii de tensiune cu
metoda elementului finit realizate cu pachetele software Cosmos/M 2.9 si Abaqus
6.5 (capitolul 3).

. determinarea analiticd a diagramelor de rupere Kijj/Kic-Ki/Kic - si a

diagramelor de variatie ale unghiului critic 6y de initiere la propagarea fisurii in

functie de parametrul M€, pe baza criteriilor MTS, GMTS si SED, pentru epruvetele
ASCB cu fisura verticald, confectionate din materialele poliuretanice Necuron 1020 si
Necuron 651. Diagramele au fost ridicate pe baza solutiilor obtinute cu codurile
scrise in MathCad 14 (capitolele 3 si 4).

. o : ULl _ULY
. determinarea analitica a diagramelor de rupere KU/KIC—KI /KIc si a
diagramelor de variatie ale unghiului critic 89 de initiere, in functie de parametrul

M€, pe baza criteriului UMTS, pentru epruvetele SENB cu crestiturd U verticald si
inclinata, confectionate din poliuretanul Necuron 1020. Diagramele au fost ridicate
pentru toate cele patru valori ale razei p la varful crestaturii, cu solutiile obtinute cu
codurile scrise in MathCad 14 (capitolele 3 si 4).

. predictia fortei critice de rupere Fo pentru epruvetele ASCB cu fisurd
vertical3, realizate din cele doua materiale poliuretanice, pe baza criteriilor MTS,
GMTS si SED. Inglobarea tensiunilor nesingulare T conduce la imbunatatirea
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predictiilor dupd criteriul GMTS in comparatie cu rezultatele criteriului MTS. Insg,
cele mai acurate estimari sunt obtinute prin aplicarea criteriului SED (capitolele 3 si
4).

. predictia fortei critice de rupere Fo- pentru epruvetele SENB cu crestatura
U, la patru valori diferite ale razei p la varful crestaturii, realizate din poliuretanul
Necuron 1020, pe baza criterilor UMTS si SED medie. Criteriul SED medie
fmbunatateste predictiile pentru situatiile de predominanta a modului II, chiar si la
cea mai mare valoare a razei la varful crestaturii (capitolele 3 si 4).

. predictia traiectoriilor fisurilor pe epruvetele ASCB dupa criteriile MTS si SED
prin simulare numerica cvasiautomata cu metoda elementului finit, implementata de
pachetul software FRANC2D/L. Traiectoriile au fost comparate cu cele experimentale
digitizate, pentru toate combinatiile analizate dintre modul I si II (capitolul 5).

. predictia traiectoriei de propagare a fisurii pe epruveta ASCB dupa criteriile
GMTS, prin simulare numerica interactivd cu metoda elementului finit, utilizand

pachetul software Abaqus 6.5., pentru valoarea parametrului M€ egald cu 0.199
(capitolul 5).

Pe parcursul stagiului doctoral si in demersul de elaborare a acestei lucrari
autoarea a gasit necesard pentru viitor indreptarea atentiei spre trei noi directii de
cercetare:

. aplicarea metodei distantelor critice pentru predictia fortei critice F de

rupere a epruvetelor ASCB si SENB realizate din materiale poliuretanice;

. verificarea capabilitatii criteriilor de rupere utilizate in aceasta lucrare de a
estima ruperea fragila a componentelor structurale realizate din materiale compozite
(CEEX nr.202/2006) si materiale avansate (Utu [2012]);

. verificarea capabilitatii criteriilor de rupere utilizate de a estima cedarea
fmbinarilor realizate prin lipire (CEEX nr.262/2006).
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