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Cuvant Tnainte

Teza de doctorat cu titlul ,Cercetari privind evaluarea numerica a
parametrilor de mecanica ruperii” a fost elaboratd pe parcursul activitatii mele n
cadrul Catedrei de Rezistenta Materialelor a Universitatii ,Politehnica” din Timisoara,
sub indrumarea domnului Prof. Univ. Dr. Ing. Nicolae Faur.

Lucrarea trateaza problematica aplicatilor numerice 1n evaluarea
parametrilor de mecanica ruperii, punand accentul pe utilizarea metodei elementelor
finite.

Teza contine o sinteza bibliografica referitoare la metodele numerice utilizate
in problemele de mecanica ruperii, cu trecerea in revista a tehnicilor de modelare a
discontinuitatilor, precum si metodele de calcul al parametrilor de interes (factorii de
intensitate a tensiunii, K, respectiv integrala J). De asemenea, se prezinta o serie de
aplicatii realizate cu ajutorul programelor ABAQUS, COSMOS 2007, respectiv FRANC
2D. Prin intermediul acestor aplicatii s-au facut determinari ale factorilor de
intensitate a tensiunii pentru un arbore solicitat la incovoiere si torsiune, un stent
autoexpandabil din aliaj de Cobalt, respectiv a fost studiatd interactiunea fisurilor
pentru o placa din Al 6060 T6.

Pentru validarea rezultatelor obtinute numeric s-a pus la punct o metoda
experimentald pentru determinarea integralei critice Ji utilizdnd epruvete
nestandardizate din Al 6060 T6 cu o fisura de margine. Apeland la tehnologia video
si un soft specializat pentru masurarea lungimii fisurii, aceastd metoda prezinta
cateva avantaje majore comparativ cu metodele standardizate, in special in cazul
testarii componentelor destinate industriei aerospatiale.

Multumirile se adreseaza in special domnului Prof. Univ. Dr. Ing. Nicolae
Faur, care pe parcursul celor trei ani de doctorat mi-a impartasit cu darnicie din
propria experientd si expertiza, asigurandu-mi, totodata, conditii optime pentru
desfasurarea activitatii de cercetare. De asemenea, as dori sa multumesc tuturor
celor care mi-au fost alaturi, m-au sustinut si m-au ajutat in tot acest rastimp,
precum si managementului Proiectului de Burse doctorale nr. 6/1.5/S/13.

Timisoara, septembrie 2011 Cristian-Sorin Neg
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Rezumat,

In aplicatiile numerice de mecanica ruperii se apeleaza la
metoda elementelor finite sau metoda elementelor de frontiera.
Metoda elementelor finite este cel mai des utilizata, fisurile fiind
modelate cu ajutorul elementelor singulare speciale. Studiul
variatiei factorilor de intensitate a tensiunii pentru un arbore
solicitat la torsiune si incovoiere a relevat predominanta modului
I de rupere si o proportionalitate directa intre dimensiunile fisurii
si valorile lui K;, Ki, K. Pentru o placa plana din Al6060T6, s-a
aratat ca fisurile interactioneaza chiar daca distanta dintre ele
este mult mai mare decat lungimea lor, fiind cel mai evidenta in
cazul in care ambele fisuri sunt de margine. Determinarea
integralei critice Jic utilizdnd epruvete nestandardizate, cu
ajutorul analizei imaginilor inregistrate in timp real reprezinta o
metoda fiabild, ieftind si usor de pus in practica.
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1. IMPORTANTA SI ACTUALITATEA TEMEI DE
CERCETARE INTITULATA ,,CERCETARI PRIVIND
EVALUAREA NUMERICA A PARAMETRILOR DE
MECANICA RUPERII”

Rezistenta materialelor este disciplina fundamentald care guverneaza
proiectarea structurilor mecanice. Orice proiect incepe cu un calcul de rezistenta si
se incheie cu o analiza numerica a tensiunilor si deformatiilor.

Odata cu dezvoltarea tehnicii de calcul a devenit posibila proiectarea
rationala a structurilor, prin renuntarea la coeficientii de siguranta uriasi utilizati in
trecut. Acest fapt a condus, pe de altda parte, la trecerea de la principiile de
rezistenta meterialelor (material ideal - continuu, omogen si izotrop), la principiile
de mecanica ruperii (material real, cu defecte). Astfel, de la relatia tensiune aplicata
- tensiune de rupere sau limita de curgere (rezistenta materialelor) s-a trecut la
relatia tensiune aplicata - dimensiunea defectului - tenacitatea la rupere (mecanica
ruperii — Fig.1.1).

Tensiunea
aplicata

Dimensiunea | | Tenacitatea
defectului | | larupere

Fig. 1.1. Schema de principiu in abordarea problemelor de mecanica ruperii

in plus, se pune problema duratei de viatd remanente a unor structuri sau
organe de masini dificil de Tnlocuit, greu de fabricat sau cu un pret extrem de ridicat,
evaluare care este posibila doar prin utilizarea principiilor de mecanica ruperii
(compararea parametrilor efectivi de mecanica ruperii cu valorile critice).

Mecanica ruperii este un domeniu nou al mecanicii solidului deformabil.
Dezvoltarea mecanicii ruperii a fost impusa de catastrofele care au avut loc in
decursul dezvoltarii civilizatiei moderne (amintim accidentele produse la navele de
tip Liberty, 400 din cele 2700 de exemplare produse au suferit avarii grave in timpul
celui de-al doilea razboi mondial datorita conceptiei neadecvate).

Modul de abordare a calculelor, tinand cont de prezenta defectelor fin
material, a cunoscut trei etape distincte: mecanica ruperii in domeniul linear-elastic,
mecanica ruperii in domeniul elasto-plastic, mecanica ruperii in domeniul vasco-
elasto-plastic la care, in plus fata de celelalte douad, intervine si parametrul timp.
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8 Importanta si actualitatea temei de cercetare

Cunoasterea parametrilor de mecanica ruperii pentru diferite geometrii
reprezinta o problema fundamentala in aplicarea conceptelor de calcul moderne, in
care se tine cont de imperfectiunile de material. Parametrii de mecanica ruperii
sunt: factorii de intensitate a tensiunilor (K, K, K ), forta de extensie a fisurii

(G), deschiderea la varful fisurii (CTOD - crack tip opening displacement sau CTOA
- crack tip opening angle) si integrala J.

Determinarea pe cale experimentald a parametrilor de mecanica ruperii se
poate face in laborator cu masini si instalatii de mare complexitate si sisteme de
achizitie si prelucrare a datelor performante.

Evaluarea durabilitatii structurilor de rezistenta presupune calculul
parametrilor efectivi de macanica ruperii pentru anumite situatii date. Aceste valori
efective se compara cu valorile critice, determinate experimental. Calculul
parametrilor de mecanica ruperii prin metode analitice este deosebit de laborios si,
uneori, inoperant datorita complexitatii structurilor de rezistenta reale.

Din aceste considerente s-au dezvoltat o serie de metode numerice care
permit evaluarea mult mai eficienta a parametrilor efectivi de mecanica ruperii.

Dintre metodele numerice, in mod curent se aplica metoda elementelor
finite.

Avand in vedere ca, in prezent, accentul se pune pe utilizarea metodelor
numerice in aplicatiile de mecanica ruperii, tratarea acestora in cercetarea pentru
conceperea tezei de doctorat reprezinta o etapa esentialda in dezvoltarea
profesionald a cercetatorului care studiaza problemele legate de mecanica solidului
deformabil.

Pe de alta parte, fiind ieftin de utilizat, la Tndeméana oricui si necesitand o
dotare minima (un calculator si un software), aceste metode sunt deosebit de utile
si foarte larg raspandite.

Daca se pune si problema pietei muncii, se poate observa ca exista o cerere
constanta pentru specialisti in proiectare — partea adevarata de proiectare, nu doar
design - iar un expert in metode numerice, cu cunostinte solide de mecanica ruperii
este o0 “rara avis”.

Fara a tine cont de actualitatea temei si aspectele economico-sociale, studiul
acestor doua domenii (metodele numerice si mecanica ruperii) au avut un impact
pozitiv asupra dezvoltarii gandirii ingineresti si deschiderea unor noi posibilitati de
perfectionare si evolutie in plan personal si profesional pe viitor.
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2. CERCETARI PRIVIND STADIUL ACTUAL AL
UTILIZARII METODELOR NUMERICE iIN
CALCULUL PARAMETRILOR DE MECANICA

RUPERII

2.1. Consideratii privind metodele numerice utilizate in
mecanica ruperii

Metodele numerice au capatat o importanta ridicata in ceea ce priveste
problemele de Mecanica Ruperii si nu numai; dezvoltarea calculatoarelor personale a
adus cu sine posibilitatea determinarii rapide a parametrilor de mecanica ruperii
pentru cele mai complexe configuratii. Pe de altd parte, s-au dezvoltat softuri cu
rutine de mecanica ruperii incorporate, cu interfete accesibile si algoritmi
perfectionati, garantand totodata si un timp relativ redus de procesare.

Pentru detetminarea solutiilor analitice ale distributiei tensiunilor si
deformatiilor intr-un corp oarecare, relatiile propuse de [Westergaard, 1939] si
[Williams, 1957] pentru materiale linear elastice, izotrope, aflate in stare plana de
tensiune sau deformatie sunt, in cele mai multe cazuri, imposibil de aplicat. Cel mai
comod mod de a determina aceste distributii il reprezinta utilizarea metodelor
numerice: metoda diferentelor finite, metoda elementelor finite si metoda
elementelor de frontiera. Dintre acestea, cea mai utilizata este metoda elementelor
finite.

2.1.1. Metoda elementelor de frontiera (metoda integralei pe
contur)

Metoda elementelor de frontiera se preteaza determinarii tensiunilor si
deformatiilor de pe suprafata unui corp, dar poate fi utilizata si pentru determinarea
tensiunilor si deformatiilor din interior.

Principial, aceastd metoda se bazeazd pe teorema reciprocd a lui Betti, care
leaga lucrul mecanic produs de doua incarcari diferite ale aceluiasi corp. In absenta
fortelor masice, teorema lui Betti este enuntata astfel:

ITi(z)ul_(Z)dS :fTi(Z)Ui(l)dS' (2.1)
s S

unde T;si u; sunt componentele vectorilor sarcina si deplasare.

Sd consideram ca incdrcarea (1) este cea care intereseaza, iar incarcarea
(2) este de referinta, cu solutie cunoscuta. In Fig.2.1 sunt prezentate conditiile de
contur conventionale. O forta unitara (t) este aplicata in punctul interior p dupa
fiecare directie x;, dand nastere unor deplasari si sarcini in punctul de suprafata Q,

dupa directiile j.
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10  Cercetari privind stadiul actual al utilizarii metodelor numerice - 2

T2i(p,Q)
u2j(plQ)

T1i(p,Q)
uij(p,Q)

T3i(p,Q)
u3j(plQ)

Fig.2.2. Conditiile pe contur de referintd pentru un
element de frontiera

Aplicand teorema reciproca a lui Betti, obtinem:

ui(p) = ~[ Tis(p, Qu;(Q)s + [ uj(p, QT;(Q)S (2.2)
s S
unde uj(p) este vectorul deplasare al puctului interior p;

uj(Q) si T;(Q) sunt vectorii de referinta deplasare si sarcina din punctul de

suprafata Q.
Daca punctul p este un punct la suprafata corpului (notat P), relatia (2.2)
devine:

2 uile)+ [ Ty(p, Q@S = [uy P, QI (@S, (2.3)
S S
in cazul in care suprafata este fina.
Presupunand ca suprafata corpului este neuniforma, este necesara divizarea
acesteia in elemente. Considerénd ca u; si T; variaza linear intre punctele nodale

discrete ale suprafetei, ecuatia (2.3) devine:

(E 6/‘]} + T ]]{uj}z lau T}, (2.4)

unde §;; este functia delta Kroenecker.

Conform [Poterasu, 1992], comparativ cu metoda elementelor finite,
metoda elementelor de frontiera prezinta urmatoarele avantaje si dezavantaje:

- discretizeaza numai contururi (au cu o dimensiune mai putin fata de
elementele finite);
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2.1 - Consideratii privind metodele numerice utilizate in mecanica ruperii 11

au o precizie ridicata;

- viteza de calcul este superioara;

- rezolva rapid concentrarile de tensiune;

- datele de intrare sunt mai reduse;

- necesita mai putine resurse de calcul (indeosebi memorie);

- rezolva rapid si economic problemele elasto-dinamice;

Dezavantajele principale constau fin dificultatea rezolvarii problemelor
nelineare, a problemelor tridimensionale cu volum mare sau a problemelor placilor
curbe subtiri.

2.1.2. Metoda elementelor finite

Principiul acestei metode consta in divizarea corpului supus analizei in
entitati numite elemente finite. Aceste elemente pot fi unidimensionale (bare),
bidimensionale (placi) si tridimensionale (poliedre). Elementele sunt legate intre ele
prin noduri.

In Fig.2.2 este reprezentat un element izoparametric continuu pentru
probleme de stare pland de tensiune, impreuna cu sistemele local si global de
coordonate.

[
'

Fig.2.2. Sistemele de coordonate local si global pentru un element bidimensional

Coordonatele locale (numite si coordonate parametrice), variaza intre -1 si
+1 pe suprafata elementului. Acest sistem de coordonate nu este neaparat
ortogonal.

Pentru un punct oarecare, de coordonate (&,n), coordonatele globale sunt
date prin relatiile:

n
X = Ni(& n);
i=1
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12 Cercetari privind stadiul actual al utilizarii metodelor numerice - 2

n
y =D Nilg,nli, (2.5)
i=1

unde N este numarul de noduri al elementului, iar N; sunt functiile de forma
corespunzatoare nodului i de coordonate (x;,y;), respectiv (&;,n;) -

Functiile de forma sunt functii polinomiale de camp, iar gradul polinoamelor
depinde de numarul de noduri al elementului.
In mod similar, deplasarile dintr-un punct arbitrar sunt date de relatiile:

= i N; (&, mlu
i=1

z (&, nWi (2.6)

unde  (uj,v;) sunt deplasarile nodale d upa directiile x si vy.
Matricea deformatiilor pentru coordonatele (x,y) este data de:

e} = [51{5;} , 2.7)

unde matricea de interpolare a deformatiilor specifice este:

N
ox
B]-| o i, (2.8)
oy
N aN;
oy ox
iar
aN, oN;
4
aN, =T o, [ (2.9)
oy on
unde [J] este matricea Iacobiana:
X oyl | aNi
_|é¢ g |_ ox R
Ul-\ox oy |=| . an |0 (2:10)
on on oy C

Matricea tensiunilor este data de relatia:
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2.1 - Consideratii privind metodele numerice utilizate in mecanica ruperii 13

lo}=[Dle}, (2.11)

unde [D] este matricea constitutiva tensiune-deformatie.

Pentru problemele in care apare plasticitatea incrementald, tensiunile si
deformatiile sunt determinate tot incremental, iar pentru fiecare pas, [D] este

corectata dupa forma:

{ao} = [Dle, o)fie} (2.12)
Deplasarile nodale depind de rigiditatea elementului, [k], definita prin
relatia:
11
K] = j I[B]T[D][B]det|J|~d§-dn (2.13)
-1-1

Prin asamblarea matricilor de rigiditate elementare se obtine matricea de
rigiditate globald, [K] , legatd de sarcini si deplasari prin relatia:

K]u]=T[F], (2.14)
unde [F] este matricea fortelor nodale.

2.2. Consideratii privind tehnicile de modelare a fisurilor
utilizand elemente finite

Pentru a oferi posibilitatea simularii problemelor care implica existenta sau
initierea si propagarea fisurilor, s-au pus la punct o serie de modele aplicabile
metodei elementului finit. Aceste modele pot fi impartite in doua categorii distincte:
continue si discontinue. Din prima categorie face parte modelul fisurii distribuite
continuu, iar din cea de-a doua categorie se pot aminti modelul fisurii discrete si
modelul bazat pe elemente discrete. Modelul elementelor singulare, respectiv
modele bazate pe elemente imbogatite (enriched elements), utilizate de majoritatea
programelor de analiza numerica a starii de tensiune si deformatie, sunt modelele
cele mai recente care simuleaza singularitatile modelelor printr-o discretizare
continua din punct de vedere geometric.

2.2.1. Modele locale si non-locale

Aceste modele au fost dezvoltate in perioada de pionierat a aplicatiilor cu
elemente finite in probleme de mecanica ruperii. Algoritmul consta in determinarea
starii de tensiune in punctele de integrare si aplicarea unui criteriu de rezistenta.
Deoarece rezultatele depindeau strict de starea de tensiune din punctele respective
(de unde si denumirea de model local), influentatda masiv de discretizare, s-au
cautat alternative non-locale. Aceste modele determinau parametrii de rupere dintr-
un punct pe baza variabilelor de stare din acel punct, precum si dintr-un numar de
puncte vecine [Bazant, 1997].
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14  Cercetari privind stadiul actual al utilizarii metodelor numerice - 2

2.2.2. Modele avansate

Modelul fisurii distribuite continuu

Modelul fisurii distribuite continuu consta in simularea efectelor mecanice
(modificarea rigiditatii si a rezistentei la rupere) ale prezentei fisurii in interiorul
elementului, si nu modelarea geometrica a fisurii, Fig.2.3. Cu alte cuvinte, este
vorba despre o abordare continud a unei probleme discontinue/singulare.
Discontinuitatea cauzata de fisura discreta din interiorul elementului este echivalata
printr-un camp distribuit uniform pe tot domeniul elementului [Owen, 1980].
Principalul avantaj al acestei metode este ca nu necesita refaceri locale sau globale
ale discretizarii pe parcursul propagarii fisurii.

Fisura distribuita

Fig.2.3. Fisura distribuita continuu

Modelul fisurii discrete

Acest model constd in definirea fisurii de-a lungul muchiilor elementelor
finite, Fig.2.4. Astfel, discontinuitatea este generata automat prin distributia
deplasarilor de-a lungul fisurii. Modelul se preteaza in mod deosebit simularii
fisurilor preexistente de-a lungul muchiilor elementelor. Dezavantajele constau in
imposibilitatea modelarii singularitatii de la varful fisurii, precum si dificultatea
aplicarii in cazul propagarii dupa o directie oarecare, intrucat este necesara
refacerea deiscretizarii modelului. De asemenea, discretizarea are o influenta
insemnata asupra rezultatelor.

Varful fisurii

Fisura discreta

Fig.2.4. Fisura discreta inter-elementara
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2.2 - Consideratii privind tehnicile de modelare a fisurilor 15

Modelul elementelor discrete fisurate

Modelul elementelor discrete fisurate este o imbunatatire adusa modelului
fisurii discrete inter-elementare si permite definirea si propagarea fisurilor si in
interiorul elementelor finite, Fig.2.5. Acest model necesitd combinarea metodelor
adaptive cu o refacere locala a discretizarii prin separarea elementului fisurat si
divizarea elementelor adiacente. Aeasta metoda a fost adaptata simularii ruperii
progresive datorata impactului si incarcarilor explozive. De asemenea, se poate tine
cont si de efectele interactiunilor ulterioare fisurarii, inclusiv frecare neliniara
[Mohammadi, 2003]. Principalul dezavantaj al metodei consta in necesitatea alocarii
unui volum impresionant de resurse de calcul pentru parcurgerea diversilor algoritmi
pentru fisurare, refacerea discretizarii etc. O solutie pentru aceasta problema consta
in evitarea refacerii discretizarii intregului model prin re-discretizari graduale locale,
in concordanta cu extinderea fisurii.

Linie de divizare

Fisura discreta

Varful fisurii

Fig.2.5. Element discret fisurat

Elemente singulare

Dezvoltarea acestor elemente finite capabile de simularea singularitatii la
varful fisurii a marcat un progres semnificativ in aplicarea metodelor numerice
pentru rezolvarea problemelor de mecanica ruperii. Principala limitare in utilizarea
elementelor singulare este data de imposibilitatea modelarii discontinuitatii de-a
lungul traseului fisurii. Pentru indepartarea acestui inconvenient, elementele
singulare sunt utilizate in combinatie cu modelul fisurii discrete sau al elementelor
discrete fisurate.

Aceste elemente finite au fost introduce de [Henshell, 1975], respectiv
[Barsoum, 1976].

La varful fisurii starea de tensiune tinde spre infinit, deci punctul de la varful
fisurii este un punct singular unde din punct de vedere matematic, tensiunea tinde
spre infinit.

Utilizarea in aceasta zona a elementelor finite obisnuite este ineficientd, cu
rezultate mult distorsionate sau mai degraba eronate. Se pot utiliza elemente finite
obisnuite, cu conditia ca dimensiunile acestora sa fie foarte mici, ceea ce poate fi
imposibil de realizat din punct de vedere al resurselor de calcul. Chiar si in aceste
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16  Cercetari privind stadiul actual al utilizarii metodelor numerice - 2

conditii, se dovedeste ca utilizarea elementelor finite obisnuite cu discretizare foarte
find este ineficienta.

Din teoria mecanicii ruperii in domeniul liniar, In apropierea varfului fisurii
starea de tensiune este caracterizata de factorul de intensitate notat pentru modul I
de rupere cu K;, Fig.2.6.

(V)

]F
/ ] X1y
|

A

Fig.2.6. Modul I de deschidere la varful fisurii

Pentru starea plana, campul de tensiune este dat de relatia:

.6 . 36
1—S/n351n7
Ox Oxx
Oxy | =|Oxy —Lcos2 singsins’—e (2.15)
o o 2nr 2 2 2
y 44 1+singsin37e

Campul de deplasari in apropierea varfului fisurii este:

e .26
Zlk-1+2sif Z
|:U:|: K[\/F COSZ(K +Z£5S1 2)
vlo2uv2n|gin8 (k1 2c0s2 8
2 2
unde u - este modul de elasticitate transversal;

K=3-4v pentru starea pland de tensiune; v este coeficientul de
contractie transversala (coeficientul lui Poisson);

(2.16)

K= % pentru starea plana de deformatie.
+

Analizand ecuatiile (2.15) si (2.16), rezultd ca starea de tensiune variaza

invers proportional cu radacina patrata a |lui r, (\/7 ), iar deplasarile variaza direct
proportional cu radacina patrata a lui r.
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2.2 - Consideratii privind tehnicile de modelare a fisurilor 17

Not&m faptul c& la varful fisurii avem o stare de tensiune singulard, (r — 0),
(0 — oo).

Se pune problema de a elabora un element finit care sa reflecte dependenta
starii de tensiune si deplasare la varful fisurii si in apropierea acesteia in

concordgnté cu cele enuntate anterior.
In acest sens a fost formulat elementul finit patratic, izoparametric cu 8

noduri, asa cum este prezentat in Fig.2.7.

L
O— O q
y(v)
€ H O |H
4
O
L
_L
o 4 )
M\ Vs ', O

Fig.2.7. Modelarea fisurii utilizand elemente finite pentru varful fisurii

Acest element finit este identic cu elementul finit izoparametric cu 8 noduri,
patratic, cu exceptia nodurilor plasate la mijlocul laturilor convergente fisurii, care

sunt deplasate de la mijloc spre varful fisurii, la %, %, adica la un sfert din

lungimea laturilor spre varful fisurii.
In Fig.2.8 se considera un element finit in care nodurile 1, 2 si 3 sunt
plasate pe latura x, de-a lungul directiei de propagare a fisurii.

4

y

aiNc G

AT

/\.9/ "

L

L
4

[-1]] 0

Fig.2.8. Element finit patratic izoparametric, la varful fisurii
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18  Cercetari privind stadiul actual al utilizarii metodelor numerice - 2

in aceste conditii, functiile de form& utilizate pentru interpolarea deplas&rilor
sunt identice cu cele ale transformarii de coordonate:

x =-0,5n01-n)x; +(2+nX1-n)x> +0,50(1+n)x3 (2.17)

u=-0,50{1-nly+(1+nf1-nlz +0,5n1+nus3, (2.18)
unde n este coordonata local3;

Xj, (i =1..3) sunt coordonatele globale ale nodurilor 1, 2, respectiv 3;

uj, (i =1..3) sunt deplasarile nodurilor 1, 2, respectiv 3.

Considerand originea in nodul 1 si mutédnd nodul 2 la un sfert distanta de
origine, avem urmatoarele conditii:

x1=0; Xz =2 x3=L; u;=0, (2.19)
Inlocuind conditiile (2.19) in relatia (2.17) si (2.18) se obtine:
X =0,251+n)1-n)L+0,5n0(1+n)L (2.20)

u=(1+n)1-nlz+0,5n1+nW3 (2.21)

in (2.20) se poate scrie:

X = 0,25(1 _n? jL + (0,5;7 +0,5n2 )L _ [0,25 +0,5n+0,25n2 jL — x=(1+n)°L,

(2.22)
iar din (2.21) = v =(1+n)(Z-n> +0,50u3] (2.23)
De-a lungul axei x, vom considera raza r, adica 6 = 0, rezultand:
2 r
r=0251+nFL = (1+r7):2\/; (2.24)
Inlocuind relatia (2.24) in (2.23), avem :
u=2~\/§[(1—r7)uz +0,5u3] (2.25)

Din (2.25) rezultd ca aplicand deplasarea nodului 2 de la mijlocul laturii la

% de varf, deplasarea u este direct proportionala cu Jr , ceea ce, de altfel, este

cunoscut in relatia (2.16).
Deformatia specifica €, , este:
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2.2 - Consideratii privind tehnicile de modelare a fisurilor 19

ou  auan
=& _FA 2.26
X7 ox on ox ( )
Tindnd cont de relatia (2.22), putem scrie:
2—; ~.0,25(1+n)L =0,5(1+n)L =r -JL (2.27)
sau
on 1
— = (2.28)
ox L

inlocuind pe (2.28) in (2.26) si derivand Z—Z, unde u este dat de (2.23),

obtinem:

ou ou on 1 1
Ex=—=— —=———-|-2n-Ux+|=+Nn 2.29
X~ ox o ox \/F.\/Z{ 142 (2 ”j% (2.29)

Cum avem oy =E-g,, rezultd cd tensiunea este invers proportionald cu
raddcina pdtrata a razei.

In mod analog se considerd nodurile 1, 7 si 8. Prin urmare, prin deplasarea
nodurilor la un sfert distanta de origine (varful fisurii) pe laturile convergente fisurii,
se obtine un element finit specific care simuleaza variatia tensiunii si deplasarii la
varful fisurii. In mod analog se obtin elemente finite triunghiulare, respectiv
tetraedrice, Fig.2.9.

Fig.2.9. Elemente singulare triunghiulare si tetraedrice

Elemente finite imbogatite

Acest model presupune simularea campului discontinuu sau singular al
deplasarilor printr-un set de functii de forma speciale. Fisura nu mai este modelata
geometric, asadar discretizarea nu trebuie facuta in conformitate cu directia de
propagare. Functiile speciale care permit aproximarea precisa a campului
deplasarilor in zonele cu discontinuitdti sau singularitati sunt implementate in
definitia elementelor finite uzuale, rezultdnd aceste elemente finite imbogatite. Ca o
consecinta, metoda utilizarii acestor elemente poarta denumirea de Metoda
Elementelor Finite Extinse (MEFX) sau eXtended Finite Element Method (XFEM).
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20  Cercetari privind stadiul actual al utilizarii metodelor numerice - 2

Principalul avantaj al acestei metode este cd nu necesita rediscretizarea
modelului Tn timpul propagarii fisurii; odata cu deplasarea varfului fisurii, elementele
din jurul acestuia sunt automat imbogatite cu functiile mentionate. De asemenea,
metoda permite simularea precisa a fisurilor multiple, inclusiv pentru cazul in
acestea se intersecteaza.

Primele cercetari in directia dezvoltarii MEFX apartin Iui [Belytschko si Black,
1999], care au addugat elementelor finite, functii discontinue, simuland astfel
prezenta fisurii.

[Dolbow, 1999, 2000] a propus solutii pentru rezolvarea problemelor placilor
bidimensionale in domeniul elastic, precum si Mindlin-Reissner, prin utilizarea atat a
unor functii de salt, cat si a unor elemente imbogatite cu functii de aproximare
bazate pe deplasari.

Extinderea metodei si in domeniul tridimensional apartine cercetarilor
conduse de Sukumar [Sukumar, 2000, 2003].

Ulterior, MEFX a fost adoptata utilizarii elementelor coezive [Bellec si
Dolbow, 2003], [Belytschko, 2003], [Asadpoure, 2006].

Simularea propagarii fisurilor multiple a fost pusa la punct in [Daux 2000],
[Budyn, 2004], respectiv [Zi, 2004] - care a abordat inclusiv problema jonctiunii a
doua fisuri.

imbogitirea elementelor finite

in principiu, imbogatirea poate fi privitd ca modalitate de marire a ordinului
de determinare al sistemului de ecuatii care genereaza solutia. In cazul fisurilor,
rezultatul acestei imbogatiri (enrichment) este obtinerea unei precizii sporite a
aproximarilor prin introducerea unor solutii analitice pentru campul de tensiuni si
deformatii din zona varfului fisurii. Implementarea acestor functii suplimentare
porneste de la ecuatiile de baza ale metodei elementului finit.

Astfel, pentru un element tetragonal, Fig.2.10, avem urmatoarele relatii:

4
X = ZNJ-XJ-, (2.30)
j=1

unde x' = (x,y) reprezinta coordonatele gobale;

x =(x,y) sunt coordonatele locale ale nodurilor;
N; este matricea functiilor de forma ale elementului finit:

No N0 (2.31)
J7lo Nj )

j=2..4 sunt nodurile elementului finit.
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2.2 - Consideratii privind tehnicile de modelare a fisurilor 21

Y, Uy

é

Fig.2.10. Element finit tetragonal, izoparametric

X, Ux

4(-1,1)

]

3(1,1)

1(-1,-1)

2(1,-1)

O relatie similarda exprimd deplasarile globale uTz(uX,uy) functie de

_ -T - =
deplasdrile nodale u = (ux,uy):

u

Deformatiile specifice sunt exprimate prin relatia:

4 —_—
= D Njuj
j=1

4
€= ZBJEJ ,
j=1

unde

6NJ
ox
oN ;
o —1L
oy
GNJ' 6Nj
| oy ox |

B; este matricea de interpolare a deformatiilor specifice:

(2.32)

(2.33)

(2.34)

Trecerea de la derivatele partiale ale functiei N in raport cu coordonatele
locale, la cele in raport cu coordonatele globale se face prin intermediul matricei

Iacobiene J:

aNj

oX

6Nj

%

6Nj

— J—l 85

6Nj

on

(2.35)
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x oy vy u
_|6& o€ -1 1 on o

unde J-= ox oy , respectiv J = et ] Cox ox (2.36)
an on on o

Matricea de rigiditate K a elementului oarecare S este data de relatia:

K = J-BTDBdS, (2.37)
S
unde D este matricea constitutiva a elementului (matricea tensiune-deformatie).

Rescriind ecuatia (2.32) pentru m functii de baza p (cu alte cuvinte,
functiile N sunt inlocuite cu m functii p ), se obtine:

m
u=pTa=> pak. (2.38)
k=1
unde necunoscutele ai sunt determinate din aproximarile facute in punctele nodale.

Pentru probleme bidimensionale, functiile p de ordinul 1, respectiv 2 sunt de forma:

pT = {1, %y}, respectiv pT = {1, x,y,x2,x,v?| (2.39)

In cazul in care se ,imbog&teste” vectorul de bazi (p), se realizeazd o
imbogatire intrinsecd; daca se ,imbogateste” aproximarea, se realizeaza o
imbogatire extrinseca.

Imbogatirea intrinseca (intrinsic enrichment) consta in modificarea functiei
p prin includerea unor noi termeni suplimentari.

Astfel, porind de la relatia (2.39) si notand pef ={1,x,y}, se adauga si
termenii de imbogatire p"™ = {f;,f>,f3,f4}:

p = 0%, D= 1, x,y, F1, P2, 3, Fa) (2.40)

In cazul unei fisuri centrale intr-o placd plana, infinitd, functiile f1,f2,f3,f4
pot fi extrase din relatiile de calcul ale campului de deplasari de la varfurile fisurii:

Uy = %Jz—rn(KI cosg(K—cose)Jr Kir sing(K+cose+2)j (2.41)
1|r . 0 e

u, =—.,—|Krsin=\k -cos6)- Ky cos — |k +cosB -2 2.42

y u\/Zn( I 2( )-Kir 2( + )] ( )

unde Kj si Kj sunt factorii de intensitate a tensiunii pentru modurile I, respectiv

IT de fisurare,
r si 8 sunt coordonatele polare la varful fisurii (Fig.2.11).
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—>Y

Fig.2.11. Coordonatele polare la varful fisurii

Campul asimptotic al deplasarilor langa varful visurii poate fi exprimat prin
urmatoarele functii de baza p(x), definite tot in sistemul de coordonate polar:

pM(x) =P, Ps,P3,P4]= {\/F sing,\/Fcosg,\/FSinesing,\/Fsinecosg} (2.43)

Vectorul total pT(x) , care include cele doua componente din relatia (2.40)
devine:

pT(x) = {1, X, y,«/Fsing, \/Fcosg, \/Fsinesing, \/Fsinecosg} (2.44)

Imbogétirea extrinsecd (extrinsic enrichment) foloseste functii de baza
extrinseci pg(x) pentru cresterea ordinului de determinare.

n m
u(x) = Y NGO+ pr(X)ag (2.45)
j=1 k=1
unde  ax sunt grade de libertate necunoscute, asociate solutiei imbogatite;

m este numarul de noduri afectate de ,imbogatire”.

Modelarea discontinuitatilor folosind MEFX

Pentru un punct arbitrar x, apartinand unui domeniu discretizat in elemente
finite cu n noduri, cu o discontinuitate in interior, deplasarea acestuia se poate
determina cu relatia:

n m
u(x) =u +d™ =N+ Ne(OW(x)ay (2.46)
j=1 k=1
unde uj este vectorul gradelor de libertate obignuite in metoda elementului finit;
ax este setul suplimentar de grade de libertate addugat;
w(x) este functia de Tmbogatire discontinua, definitd pentru setul de noduri

pe care le influenteaza discontinuitatea;
m este numarul de noduri influentate de discontinuitate;
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uef este deplasarea data de solutia obtinuta cu metoda elementului finit;

U™ este deplasarea data de functiile de ,imbogatire”.

in cazul in care elementul finit analizat are Np discontinuitati, relatia (2.46)
se poate extinde sub forma:

] n Mo m
u(x) =usf ¢ uim - ZNj(x)uj +Z ZNk(x)Lp/(x)aL (2.47)
j=1 =1 k=1

Functiile w(x) trebuie alese astfel incat sa fie satisfacute urmatoarele
conditii:

- sa reproduca singularitatea la varful fisurii;

- sd asigure continuitatea in deplasarile elementelor finite adiacente;

- sa creeze campuri de deformatii independente pe-o parte si pe cealalta
a suprafetei fisurate;

- sd asigure respectarea altor cerinte specifice problemelor de
discontinuitate.

Modelarea fisurilor folosind MEFX .

Pentru modelarea fisurilor, se porneste de la relatia (2.46). In mod uzual,
functiile w(x) sunt fie functii Heaviside (H(&) ), fie functii semn (sgn(€) ).

Functia Heaviside este o functie de tip salt, definitd in relatia (2.48) si
ilustrata in Fig.2.12:

_J1 v&>o
H(E)—{O VE <0 (2.48)
1
[ ¢ 0 ¢ ®
1 2 3 4
—)5
Fig.2.12. Functia Heaviside
Relatia finala de calcul pentru deplasari (2.46) capata atunci forma:
n m
u(x) = Y Nj(x)uj+ D" N(xNH(E) - H(Ek e (2.49)

j=1 k=1

Functia semn (2.50) este o varianta alternativa a functiei Heaviside:
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_ 1 v&>o
H(&)—sgn@)—{_l VE <0 (2.50)
Relatia de calcul a deplasarilor este similara ecuatiei (2.49):
n m
u(x) = D NjOxuj+ D Nk(x)san(E) - sanE ) (2.51)

j=1 k=1

Modelarea defectelor folosind MEFX

Modelarea discontinuitatilor de tipul defectelor se face prin finlocuirea
functiilor Heaviside si semn din relatia (2.46), cu functii de tipul functiei de semn a
distantei dintre puncte, xx(x):

Xk (X) =&~ |&(xx )| (2.52)
. n m

u(x) = uef 4 uim - ZNj(x)uj +ZNk(x)x(x)ak (2.53)
j=1 k=1

Modelarea plasticitatii de la varful fisurii

Pentru modelarea zonei plastice de la varful fisurii, [Elguedj, 2006] a propus
conceptul de imbogatire plastica (plastic enrichment). Astfel, pornid de la modelul
Hutchinson-Rice-Rosengren [Hutchinson, 1968, Rice, 1968] (2.54), se definesc
deplasarea asimptotica la varful fisurii, u;j, precum si cdmpurile de deformatii si

tensiuni g;, respectiv o; (2.55, 2.56, 2.57).

n
£ :Lko[z] , (2.54)
& Oc¢ Oc
unde g. sunt deformatiile plastice;
o, este limita de curgere;
n este exponentul de ecruisare.
_n_
J n+1—
uj = kpgcr| ———— ui(6,n 2.55
! 0 ¢ [koO'CECInI’] I( ) ( )
_n_
J n+1-
gjj = kpgp| ————— €ii(6,n 2.56
ij =Ko C[kOchcIn"J ij(8,n) ( )
_n
J n+1—
Ojj = Og| ———— ogjj(é,n), 2.57

unde ko este o constanta adimensionald, proprietate de material;
J este integrala pe contur;

I, este o constanta adimensionala care depinde de n;
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U,‘j, E,'j Si Eij sunt functii unghiulare adimensionale.

Descompunand functiile U,’j in serie Fourier pentru modurile I si II de

fisurare, cdmpurile de deformatii pot fi definite pe baza functiei de baza din relatia
(2.58):

1
rn+1{[cosk—26,sink—26);k c [1,3,5,7]} (2.58)

[Elguedj, 2006] a folosit, pornind de la relatia (2.58), urmatoarele functii:

1

rn+1 sing ,cosg,singsine, cosgsine,singsinze, cosgsinze (2.59)
2 2 2 2 2 2

1 C] C] Z] C] C] 6

rn+1isin—, cos = ,sin—sinB,cos—sinB,sin—sin30, cos — sin36 (2.60)
2 2 2 2 2 2

1

rn+1 sing , cosg,sing sinB,cos gsine,sing sin26,cos gsin2¢9, singsin36, cosgsin36
2 2 2 2 2 2 2 2
(2.61)

Pe langa tehnicile de modelare a fisurilor bazate pe metoda elementelor
finite, mai exista si tehnici bazate pe modele nediscretizate.

Metodele sau tehnicile alternative de modelare a fisurilor au fost dezvoltate
pentru a contracara principalele neajunsuri ale metodei elementelor finite: necesar
ridicat de resurse de calcul, respectiv dificultati in modelarea geometriilor complexe
(cauzate de aparitia elementelor distorsionate).

Majoritatea acestor metode alternative nu necesita discretizarea modelului
geometric analizat (meshless methods): metoda Galerkin fara elemente (element-
free Galerkin method - EFG) [Belytschko, 1994], metoda Petrov-Galerkin fara
discretizare locald (meshless local Petrov-Galerkin method - MLPG) [Atluri, 2002],
metoda punctului finit (finite point method - FPM) [Onate, 1995], metoda
echilibrului pe linie (equilibrium on line method - ELM) [Sadeghirad, 2007].

2.3. Consideratii privind metodele de calcul numeric in
mecanica ruperii

2.3.1. Metode traditionale de calcul numeric in mecanica
ruperii

Aceste metode traditionale pot fi aplicate atat cu ajutorul elementelor finite,
cat si cu ajutorul elementelor de frontiera (mai putin abordarea derivativa a
rigiditatii) si pot fi impartite in doua mari categorii: metode punctuale si metode
energetice.
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Extrapolarea tensiunii si deplasarii
Consideram un corp fisurat, solicitat Th modul modului I, conform Fig.2.13.
In planul fisurii (6 =0), K; este legat de tensiunea dupd directia x, astfel:

K; = r/ir))’(l)(crzz«/ZHr) (6=0), (2.62)

unde 0y este tensiunea normald dupad directia x> .

N\ x5

Xy

F
Fig.2.13. Corp cu fisura, solicitat conform modului I

Factorul de intensitate a tensiunii poate fi determinat prin reprezentarea
graficd a cantitatii din paranteza functie de distanta pana la varful fisurii si
extrapolarea ulterioara pentru r=0.

in mod similar, Ky poate fi determinat pe baza extrapolarii deschiderii

fisurii:
2u . 2n
Kr = lim\uy.|— 6=n), 2.63
I k+1r—>0{2‘,r} ( ) ( )
unde u este modulul de elasticitate transversal;
K= ﬂ, v fiind coeficientul Iui Poisson;
1+v

uy este deschiderea fisurii dupa directia x> .

Principalul dezavantaj al acestei metode consta in necesitatea unei
discretizari fine pentru obtinerea unor rezultate cat de cat exacte.

Avansarea elementala a fisurii

Aceasta metoda se bazeazd pe determinarea fortei de extensie a fisurii
pentru aceeasi geometrie, dar cu o fisura de lungime a, respectiv a+ 4a, pentru un
corp bidimensional cu grosimea egala cu unitatea:
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AlT
G = —[A—aj, (2.64)

unde G este forta de extensie a fisurii;
AIT este variatia energiei potentiale de deformatie.

Avantajele acestei metode constau in post-procesarea minimala si lipsa
nevoii pentru o discretizare find. Dintre dezavantaje, cel mai important este
reprezentat de necesitatea mai multor solutii (mai multe analize).

Integrarea pe contur

Aceasta metoda presupune determinarea integralei J pentru un contur
arbitrar din jurul varfului fisurii (pentru probleme tridimensionale este nevoie de o
suprafata sau de un volum). Principalul avantaj consta in aplicabilitatea acestei
metode atat in problemele liniare, cat si neliniare.

Extensia virtuala a fisurii. Abordarea derivativa a rigiditatii

Aceasta metoda a fost propusd, independent, in lucrarile lui Parks [Parks,
1974] si Hellen [Hellen, 1975] si a fost ulterior perfectionata de acelasi Parks
[Parks, 1977].

In sistemul de coordonate global al metodei elementelor finite, energia
potentiala /7 este data de relatia:

17 = 2] [KIu]- " [F] (2.65)

Pentru o incarcare cunoscuta (fixed load condition), forta de extensie a
fisurii G este data de relatia:

G- _@_’;j S 75 T T 1 A A RS
o K _ Ly Ay, (2.67)

E 2 oa

intrucat primul si al treilea termen sunt zero, iar E'= este modulul de

2
1-v
elasticitate longitudinal echivalent pentru starea plana de deformatie.

Se poate observa ca forta de extensie a fisurii este proportionalda cu derivata
matricei rigiditatii in raport cu lungimea fisurii.

Sa presupunem ca avem o discretizare si o solutie pentru fisura de lungime
a. Daca dorim sa extindem aceasta fisura cu cantitatea 4a, este suficientda mutarea
cu cantitatea 4a a conturului 7p in directia varfului fisurii, conturul 77 réaméanand

neschimbat, dupa cum este prezentat in Fig.2.14.
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a) conditii initiale b) dupa extensia virtuala a fisurii

Fig.2.14. Extensia virtuala a fisurii intr-un model de analiza cu elemente finite

Forta de extensie a fisurii, in acest caz, este data de relatia:

G- —é ] %C: o] ], (2.68)

unde  [kj] sunt matricile de rigiditate elementale;

N, este numarul contururilor.

Extensia virtuala a fisurii: abordarea continua

Pornind de la metoda dezvoltata de Parks si Hellen, deLorenzi a determinat
forta de extensie a fisurii intr-un mediu continuu, ceea ce inseamna ca aceasta
metoda nu se preteaza numai analizei cu elemente finite, ci si analizei cu elemente
de frontiera [deLorenzi, 1982].

In Fig.2.15 este reprezentata cresterea virtuald a unei fisuri intr-un mediu
continuu bidimensional.

r g} Aa

Mo )

a) stare initiala b) dupa extensia virtuala a fisurii

Fig.2.15. Extensia virtuald a fisurii intr-un mediu bidimensional elastic si continuu

BUPT



30 Cercetari privind stadiul actual al utilizarii metodelor numerice - 2

Punctele din interiorul conturului 7p sufera o translatie rigidd pe distanta
Aa dupd directia xy, in timp ce punctele din exteriorul conturului 73 réman fixe. in

zona cuprinsd intre cele doua contururi, punctele materiale sunt translatate pe
distanta Axj.
Pentru materiale elastice sau elasto-plastice,

ou i AX
G:ij' 0 L _weyy |9 g, (2.69)
da 1 oXj
A
&jj
unde w-= jo,-jde,-j este densitatea energiei de deformatie. 0jj , respectiv g;; sunt

0
tensorii tensiunii, respectiv deformatiei specifice.

Aceastd relatie este valabila in absenta fortelor masice in interiorul 7y, a
sarcinilor pe fetele fisurii, iar cresterea fisurii este unidirectionald (dupa x;). De

asemenea grosimea corpului este egala cu unitatea.
In cazul general al unui corp tridimensional, unde avem forte masice si
sarcini aplicate pe fetele fisurii, forta de extensie a fisurii este data de relatia:

ou i : ou i
G=-_1 j{[ J —wa,k}a“xk— i ij}dV——l [ L axjas,
1A
°s

cy Xk OXj OX j OX

(2.70)
unde  4A. este cresterea in suprafatd a fisurii generata de extinderea virtuala a
fisurii;
V este volumul corpului;
F; sunt fortele masice.

Trebuie mentionat ca, in problemele tridimensionale, forta de extensie a
fisurii poate varia de-a lungul frontului fisurii. De asemenea, in calculul lui 4A;

poate fi luata in considerare o crestere uniforma de-a lungul intregului front a fisurii,
Fig.2.16, sau, dimpotriva, o crestere pe o portiune mica a frontului, Fig.2.17.

Frontul fisurii

Fig.16. Cresterea uniforma fisurii de-a lungul unui front tridimensional de propagare
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/ Frontul fisurii

Fig.2.17. Cresterea pe o zona restransa a fisurii de-a lungul
unui front tridimensional de propagare

2.3.2. Metoda integralei pe domeniu a energiei

Implementarea integralei pe domeniu pentru corpuri bidimensionale

Metodologia implementarii integralei pe domeniu a energiei, in scopul
determinarii numerice a integralei J, a fost pusa la punct de Shih si colaboratorii sai
[Shih et al, 1986]. Similara cu metoda extensiei virtuale a fisurii, integrala pe
domeniu poate fi aplicata in problemele cvasistatice si dinamice cu material avand
comportare elastica, plastica si vascoplastica, dar si solicitari termice.

Conform definitiei generalizate a integralei J, pentru un contur infinitezimal
in jurul varfului fisurii avem:

J= lim | |w+T)p oy M (2.71)
[0 T80 o, [0 '
Ip
unde T este densitatea energiei cinetice;
w este lucrul mecanic al fortelor de deformatie;
0;; este deschiderea fisurii.

in cazul in care avem un material cu comportare plasticd, incércat in conditii
cvasistatice (T = 0), in prezenta solicitarilor termice, deformatia totald este data de
relatia:

ghot _ e + e +abd; =€ + gt (2.72)

Uj j lj lj ij’
unde a este coeficientul de dilatare termica;
6 este diferenta dintre temperatura corpului si temperatura mediului
ambiant. Indicii e,p,m,t reprezinta deformatii elastice, plastice, mecanice si
termice.

Lucrul mecanic al fortelor de deformatie plastica si elastica este egal cu:

BUPT



32  Cercetari privind stadiul actual al utilizarii metodelor numerice - 2

m
€jj

W= ja,-jds,.T (2.73)

0
Sa consideram un contur inchis in jurul varfului fisurii, contur marginit de
curbele 7y si Ip (Fig.2.18). Conturul exterior 7y este finit iar Iy este infinitezimal.

Conturul rezultat * este compus din contururile 7,7~ , Iy si Ip -

Fig.2.18. Formarea conturului inchis in jurul varfului fisurii

r=n+rt+r-op (2.74)
J j o MWy lgmidr '[ o1 M qdr (2.75)
= i —woy; i - i , .
. Ué‘xl 1i |G 2j 6x1q
r r+r-
unde g este o functie arbitrara, dar omogena, egald cu unitatea pe 7p si nuld pe
Iy,

m; este normala exterioard la F*; mj =-n; pe Ip, respectiv my=0 si
my=+1pe I'" si I'”

. Al doilea membru al ecuatiei dispare daca nu exista sarcini pe fetele fisurii.
In aceasta situatie, prin aplicarea teoremei divergentei pentru relatia (5) se obtine:

6u 6u oq b 6uJ
J= - A et A A,
Iax, {U’J ox1 Wal’} }d ﬂo’f ox7 Wal’]a ,d +.|[ax,[ u axlj axJ a

(2.76)

BUPT



2.3 - Consideratii privind metodele de calcul numeric in mecanica ruperii 33

unde A este aria delimitatd de conturul 7.

Se stie ca, dacd nu exista forte masice si lucrul mecanic al fortelor de
deformatie are proprietatile unui potential elastic, avem:

ou
2o LM g, (2.77)
aX, 0X 1 0X 1
respectiv:
oj =L (2.78)
as,j

Separand lucrul mecanic al fortelor de deformatie in componente elastica si
plastica, obtinem:

Eg sg
w=we+wP = J'o,-jdsg + IS,-J-dEI[]’. ) (2.79)
0
unde S,-j este tensiunea deviatorie:
1
Sl'j = 0jj _Eokkéij (2.80)

Revenind la exprimarea generald a lui J (inclusiv deformatii plastice, forte
masice si solicitari termice), din relatia (2.71), pentru un corp bidimensional aceasta
devine:

p
au; o5 ow ou ou;
J:J. Ojj J —wojy; 99 + CT,'J'—IJ i +GU,',‘—66 7F,'—J g dA - I 02j_J qdr
0X1 OX| 0X1 00Xy 0X1 0X1 0X1
A rt+r-

(2.81)
Pentru un material cu comportament elastic liniar sau neliniar, aflat in

conditii cvasistatice si in absenta fortelor masice, a solicitarilor termice si a sarcinilor
aplicate pe fetele fisurii, relatia (2.81) se simplifica, devenind:

= J.|:O',J——W51,}a—qu (2.82)

Pentru simplificare, g poate fi interpretat ca o deplasare virtuald normalizata.

Generalizarea pentru trei dimensiuni

Vom porni de la relatia (2.71), care se transforma intr-o forma convenabild
pentru analiza cu elemente finite [Anderson, 1995]. Sa consideram fisura plana din
corpul tridimensional prezentat in Fig.2.19.
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Sistemul de coordonate local are axa x; normald la frontul fisurii, axa x>
normald la planul fisurii si axa x3 tangentd la frontul fisurii.

X2

X1

Fig.2.19. Suprafata creata in jurul unui segment elementar al frontului fisurii

Construind un tub de lungime AL si raza rp in jurul frontului fisurii si

consideréand conditii de solicitare cvasistatice, putem defini o integrald medie
ponderata J in punctul n de pe frontul fisurii:

- . auj
JAL = J.J(r])qdn = lim J. wdyi — o — |gnidS , (2.83)
rp—0 0x1
AL So

unde  J(n)este valoarea intr-un punct a lui J;

Sp este aria suprafetei tubului;

g este functia de poderare definita anterior.

Dupa cum s-a afirmat, g poate fi interpretata ca fiind o extindere virtuala a
fisurii 4a(n), Fig.2.20, adic:

Fig.2.20. Interpretarea lui q ca fiind o crestere virtuala a fisurii
de-a lungul segmentul AL al frontului
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4a(n) = q(n)aamax , (2.84)
unde  Adamax este extensia maximad a frontului fisurii.
in mod analog,

MAc = Aamaxj.q(n)d’] (2.85)
AL

Construind un al doilea tub de raza r; in jurul frontului fisurii, Fig.2.21, se
poate defini integrala medie ponderata J pentru o suprafata inchisa:

JAL = j {O/j%—wéli:iqm,-d.g— J' 02; Yj qds, (2.86)
N 0X1 0X1
St+s™
unde S =S;+S"+S -Sp;
S; este suprafata exterioara a tubului;
Sp este suprafata interioara a tubului;

S*, respectiv S~ sunt suprafetele flancurilor fisurii.

Prin derivarea pe domeniu a relatiei (2.86) se obtine o integrala pe volum:

JAL =
ou; oq 68,-’? wp 00 ouj ouj
= I ojj “WOyj | +|0jj - ——+0a0jj — - Fi— g dV - I 02j——qdS
5 oXy OXj ox; OXy 0Xy 0X1 0X1
%4 St+S™
(2.87)

Pentru ca J sa nu fie influentata de suprafetele de capat ale cilindrului, g
trebuie sa fie nuld la ambele capete ale segmentului AL, in concordanta asadar cu
intepretarea anterioara, conform careia g poate fi asimilata unei extensii virtuale a

fisurii (Fig.2.20).

Fig.2.21. Delimitarea volumului de calcul v
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Punctual, J(n) poate fi aproximata prin relatia:

)T (2.88)
jq(n, ro)dn
AL

Pentru exprimarea integralei pe domeniu (2.87) in coordonate fixe, g
trebuie Tnlocuit cu vectorul cantitate g;, iar derivatele partiale trebuie facute in
raport cu xj, nucu xy (g; si x; sunt paraleli cu directia de propagare a fisurii).

Implementarea in analiza cu elemente finite
Shih si colaboratorii sai [Shih, 1986], precum si Dodds si Vargas [Dodds,

1988] au oferit instructiuni detaliate privind implementarea metodei integralei pe
domeniu in analiza cu elemente finite.

e

Fig.2.22. Exemple de functii g, cu deplasarile nodale virtuale corespunzatoare

b) Functia platou

Pentru problemele bidimensionale, la definirea suprefetei pe care se face
integrarea, conturul interior Ip coincide cu varful fisurii, iar conturul 7y trebuie sa

coincidd cu frontierele elementelor. Pentru problemele tridimensionale se
procedeaza analog.
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Cea mai mare problemd o constituie alegerea corectda a functiei g. De
exemplu, pentru starea plana de tensiune sau deformatie, g =1 pe rp (la varful
fisurii) si g =0 pe conturul exterior Iy . In Fig.2.22 sunt reprezentate doud functii

utilizate in problemele bidimensionale, functia piramida si functia platou.
In Fig.2.23 este ilustrata functia piramida de-a lungul unui front de fisura
tridimensional, unde nodul de interes pentru calcularea integralei J este deplasat cu

0 unitate.

Frontul fisurii

Fig.2.23. Definirea lui g in termenii unei deplasari nodale virtuale
de-a lungul unui front de fisura tridimensional

Intr-un element, functia g poate fi interpolatd dupd cum urmeaza:

n
=Y Niqy, (2.89)

unde n este numarul de noduri per element;
gy reprezinta valorile nodale ale lui g;

N; sunt functiile de forma ale elementului.

Derivatele spatiale ale lui g sunt de forma:

Z ZZ’(\Z Zik , (2.90)

unde {; sunt coordonatele parametrlce ale elementului.

Daca in volumul sau aria de integrare nu sunt deformatii termice, deformatii
plastice dependente de cale si forte masice, forma discretizata a integralei pe contur
este urmatoarea:

Z Z{H%_—W@'J@q}dt@iﬂ} wp= 2 (UZJZiQJ

Asauv™ p=1 p Fetelefisurii
(2.91)
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unde m reprezinta numarul punctelor gaussiene ale fiecarui element;
wp si w sunt factori de ponderare.

Cantitatile dintre parantezele { } sunt luate in considerare pentru punctele

p
gaussiene [Anderson, 1995].
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3. CERCETARI PRIVIND CALCULUL NUMERIC AL
PARAMETRILOR DE MECANICA RUPERII

Pentru a putea oferi predictii fiabile referitoare la durabilitatea unei structuri
de rezistenta supusd unui set aleator de sarcini, in conditiile prezentei fisurilor, este
necesara determinarea parametrilor de mecanica ruperii. In domeniul elastic este
vorba despre factorii de intensitate a tensiunii (Stress Intensity Factors) - Kr, Kir,

Ky . respectiv forta de extensie a fisurii (Energy Release Rate) - G. in domeniul

elasto-plastic si plastic, parametrii de mecanica ruperii luati in considerare sunt
deschiderea la varful fisurii (Crack Tip Opening Displacement) — CTOD, respectiv
integrala J.

Literatura de specialitate ofera solitii analitice pentru calculul acestor
parametrii, dar sunt limitate la geometriile simple. De asemenea, aceste solutii
analitice nu pot fi aplicate pentru sarcini multiple, amplasate aleator pe suprafata
structurii de rezistenta. Pentru aceste cazuri exista doud alternative: determinarea
experimentalad sau determinarea numerica.

Determinarile experimentale sunt preferabile din punctul de vedere al

acuratetii rezultatelor, dar au cateva dezavantaje majore, printre care trebuie
amintite costul ridicat, durata de timp indelungatd, limitari dimensionale.
Analiza numerica, pe de alta parte, ofera o precizie satisfacatoare, este incomparabil
mai ieftind si permite modificari importante ale geometriei structurii pentru optiizari
sau comparatii, realizate foarte rapid. De asemenea, dezvoltarea softurilor de
analiza numerica si evolutia tehnicii de calcul permit determindri precise ale
parametrilor de mecanica ruperii prin utilizarea unei discretizari fine, in conditiile
unei durate a simularilor de doar cateva ore. Pe de alta parte, si programele CAD
actuale faciliteaza realizarea unor modele geometrice extrem de complicate cu
deosebita usurinta, reducand si mai mult timpul si costurile aferente unei analize
numerice a starii de tensiune si deformatie.

Programele de analizd numerica a starii de tensiune si deformatie care au
implementate si aplicatii de mecanica ruperii, se axeaza, in principal, pe
determinarea factorilor de intensitate a tensiunii, respectiv a integralei J. Unele
programe au implementate subrutine si pentru calculul altor parametri relevanti
pentru problemele de mecanica ruperii, cum ar fi deschiderea la varful fisurii sau
tensiunea tangentiala T-stress, care este o componenta a campului de tensiuni de la
varful fisurii, orientata dupa o directie paralela cu fetele fisurii.

Aplicatiile de calcul numeric al parametrilor de mecanica ruperii au cuprins
atat corpuri in stare triaxiala de tensiune (un arbore solicitat la Tncovoiere si
tprsiune, respectiv un stent coronarian), cat si placi aflate in stare plana de
tensiune, cu accentul pus pe studiul interactiunii fisurilor. De asemenea, aplicatiile
au fost dezvoltate cu ajutorul mai multor programe de calcul (Cosmos 2007,
FRANC2D, ABAQUS 6.9). Programul Cosmos permite doar calculul factorilor de
intensitate a tensiunii, in timp ce programele FRANC2D, respectiv ABAQUS permit si
evaluarea altor parametri.
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3.1. Determinarea parametrilor de mecanica ruperii
utilizand programul ABAQUS

3.1.1. Aspecte teoretice privind implementarea determinarii
parametrilor de mecanica ruperii in programul ABAQUS

Intrucat integrala J are aplicabilitate atat in domeniul elastic, cat si elasto-
plastic sau elastic-vascoplastic, ea reprezinta principalul parametru de mecanica
ruperii utilizat in aplicatiile cu elemente finite. Pentru materialele cu comportare
lineara, integrala J este echivalenta fortei de extensie a fisurii (G), asadar permite
determinarea lejerd a factorilor de intensitate a tensiunii (K;, K, Kpr ).

Pentru determinarea integralei J, programul ABAQUS utilizeazd extensia
virtuala a fisurii [Parks, 1977], [Shih et al., 1986]. Aceasta metoda este deosebit de
precisa, necesita alocarea unor resurse de calcul nesemnificative in ansamblul
simularilor si, cel mai important, nu impune utilizarea unei discretizari foarte fine la
varful fisurii.

Conform documentatiei progamului ABAQUS, integrala J poate fi exprimata
matematic printr-o forma restransa a relatiei (2.10):

J=Ilim n-[W-I—a-a—uj-qu, (3.1)
r—0 ox

unde u este deplasarea dupa directia x ;

W este energia de deformare elastica pentru materialele cu comportare
elastica, respectiv energia de deformare a unui material elastic echivalent, pentru
domeniile plastice;

I este deschiderea fisurii.

Pentru simplificare, cantitatea din paratnteza se inlocuieste cu functia H :

[W~I—o-a—uj=H (3.2)

In cazul unei probleme bidimensionale, in jurul varfului fisurii se considera
un contur (Fig.2.4) pentru care integrala J se poate stabili cu relatia:

— ter |\ _ _
J:—IH:B—q+ FY o % glar- It~a—u~qdf, (3.3)
ox ox ox ox
rr+r-
unde g este o functie de interpolare (in mod uzual, extensia virtuala a fisurii);

f este densitatea fortei masice;

et este deformatia termics;

iar t = m; -0 (tensiunile tangente pe curbele 7% si 7).

Evaluarea integralei J incepe cu un prim contur format din elementele care
contin nodurile de la varful fisurii, iar celelalte contururi se obtin adaugand strat cu
strat, elementele adiacente conturului anterior.
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Pentru problemele tridimensionale, domeniul de integrare este de tipul celui
prezentat in Fig.3.1, iar integrala J se poate scrie sub forma:

. ter \ _ _
J=—IH:a—q+ £ e % | Glav- J't.a—“.qu (3.4)
ox ox ox ox
Acap +Afis

Fig.3.1. Domeniul de integrare pentru problema tridimensionala

Avand in vedere faptul c3, in domeniul elastic, factorii de intensitate a
tensiunii sunt principalii parametri in baza carora se face atat caracterizarea starii de
tensiune si deformatie la varful fisurii, cat si calculul referitor la propagarea fisurii,
determinarea acestora in timpul analizei cu elemente finite reprezintd o etapa
importanta in proiectarea si evaluarea structurilor mecanice. Programul ABAQUS
calculeaza factorii de intensitate a tensiunii pe baza integralei J.

Relatia generala de legatura intre factorii de intensitate a tensiunii si
integrala J este urmatoarea:

1 K1
J= E[KI/KII/KIII]‘/’TI‘ Kir ¢ (3.5)
Kr

unde P este matricea factorului energetic prelogaritmic [Shih, 1988], [Gao,
1992].

Pentru materiale omogene si izotrope, relatia (3.5) devine:

10,2 .2 1 .2
7= =(KF+K )+ 55Ky o (3.6)
unde E este modulul de elasticitate echivalent (E=E pentru stare plana de

tridimensionale).

tensiune si E= pentru stare plana de deformatie, axisimetrie sau probleme
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3.1.2. Determinarea factorilor de intensitate a tensiunii
pentru un arbore solicitat mixt

Consideratii generale

Arborele analizat provine de la un subansamblu supus la solicitdri mari
datoritd caracterului dinamic al Tncarcarilor aplicate. In conformitate cu Fig.3.2,
arborele face corp comun cu pinionul dintat.

In zona de capat a arborelui sunt aplicate sarcinile, respectiv un moment de
torsiune (60000 Nmm) si o forta taietoare (500 N), Fig.3.3.

Fig.3.2. Ansamblul monobloc arbore-pinion

Incastrare

Fig.3.3. Incarcarile aplicate arborelui

Arborele prezinta cateva zone de concentrare a tensiunilor, dintre care zona
de trecere de la sectiunea patrata la cea cilindrica, in conformitate cu observatiile
experimentale, s-a dovedit a fin o zona critica.

De altfel si studiile prezentate in [Dumitru, 2007] au pus in evidenta faptul
ca in zona racordului dintre sectiunea patratd si cea dreptunghiulard apare o
puternica concentrare a tensiunilor avand drept consecinta, initierea unei fisuri.
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Din aceste considerente, modelul propus pentru analiza cu elemente finite
este unul simplificat, contindnd doar sectiunea circulara, sectiunea patratd si
racordul dintre ele, conform Fig.3.4.

Fig.3.4. Conditiile pe contur ale modelului de calcul

Pentru simularea celor douad sarcini s-au utilizat doud seturi de forte uniform
distribuite, aplicate pe zona patrata: p; pentru generarea momentului de torsiune,

respectiv p> pentru forta taietoare.

p; = 213,33N / mm? (M=60000 Nmm)
p> = 10N / mm? (F=500 N)

Arborele este Tncastrat la capatul partii cilindrice.

Materialul din care este fabricat arborele este un otel FE430C imbunatatit,
cu un modul de elasticitate longitudinal E =210000MPa, iar coeficientul de
contractie tranversald v =0,3.

In scopul usurdrii procesului de partitionare necesar discretizérii, modelul
arborelui a fost partitionat in doua zone, Fig.3.5, prin sectionarea cu un plan paralel
cu planul fisurii, admitand ca fisura este inclinata cu unghiul de 45° fata de axa
longitudinald. Cele doud segmente au fost ulterior asamblate si conectate printr-o
legatura de tip tie.

Fig.3.5. Cele doua segmente ale modelului de calcul
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Modelul de calcul a fost discretizat in 12500 de elemente hexaedrice,
folosind o strategie de tip “sweep”, Fig.3.6. Aceasta strategie este impusa de
program, fintrucat este singura care permite combinatia cu elementele finite
degenerate folosite pentru modelarea varfului fisurii.

Fig.3.6. Imaginea de ansamblu a modelului discretizat

Pentru evidentierea efectului de concentrare a tensiunilor produs de racordul
dintre cele doud sectiuni (patrata si circulara), s-a analizat distributia tensiunii dupa
directia axei longitudinale. In acest scop, s-a creat o cale (path), Fig.3.7, continand
nodurile de la suprafata arborelui, situate pe o generatoare.

Calea de evaluare

ndard Time 2010

Fig.3.7. Localizarea caii de evaluare a tensiunii echivalente von Mises
pe suprafata exterioard a modelului de calcul
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Distributia tensiunii echivalente von Mises de-a lungul caii (d este distanta

reala dintre noduri), pentru o raza de racordare de 1,5 mm este prezentata in
Fig.3.8.

160
140 /,\
120 \
g / \
o
E 100
s / \
2 80 s
=/ |\ /
S 60
>
: 1/ \\/
40 74 \‘ /
20
0
0 5 10 15 20 25 30 35 40 45
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Fig.3.8. Variatia tensiunii von Mises de-a lungul caii de evaluare

Se observa tendinta crescatoare a tensiunii echivalente (efectul cresterii
momentului de incovoiere), cu un usor palier in zona concentratorului. Scaderea
brusca din zona d=20 mm reprezinta tensiunile corespunzatoare sectorului descris
de partea superioarda a concentratorului si suprafata partii cilindrice. Solicitarile din
partea cilindrica a arborelui sunt semnificativ mai mici datoritd sectiunii majorate.

Global, pentru un arbore cu raza zonei de trecere de 2 mm, distributia
tensiunii principale maxime este prezentata in Fig.3.9.

Zona cu solicitari maxime
Op = 101,356MPa

W

Fig.3.9. Distributia tensiunilor principale maxime
in zona de trecere dintre sectiunea patrata si cilindrica
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Alegerea tensiunii principale maxime s-a facut in sensul corelarii rezultatelor
obtinute cu simularile de propagare a fisurii, unde s-a folosit modelul de degradare
bazat pe tensiunile principale maxime.

Pentru studiul influentei razei de racordare asupra coeficientului de
concentrare al tensiunilor, raza de racordare a fost mgdificaté, ludnd valorile de 0,5
mm, 1 mm, 1,5 mm, 2 mm, 2,5 mm si 3,2 mm. In Fig.3.10 este reprezentata
grafic, variatia coeficientului teoretic de concentrare a tensiunilor.

g,
K¢ :%, (3.7)
n

unde Omax €ste tensiunea principald maxima la baza concentratorului;
0n este tensiunea nominald la nivelul concentratorului; o, = 107,94 MPa.

15

1,45

K \
t 125
1,2
\\
1,15
11
1,05
1
0 05 1 15 2 2,5 3 35

Raza racordarii [mm]

Fig.3.10. Variatia coeficientului teoretic de concentrare a tensiunilor
cu raza zonei de racordare

Dupa cum se poate vedea din Fig.3.10, valoarea coeficientului teoretic de
concentrare a tensiunilor Ky scade odata cu cresterea razei de racordare. De

asemenea, incepand cu valoarea de 2 mm a razei de racordare, variatiile lui K¢ sunt

reduse.

Din aceste considerente, dar tindnd cont si de existenta unor date
experimentale, analiza ulterioara a fost facuta pentru valoarea de 2 mm a razei de
racordare. Aceeasi valoare a fost utilizatd si pentru productia de serie a arborelui
studiat.

Pe baza datelor obtinute prin analiza cu elemente finite a fost posibil sa se
determine punctul de initiere si directia de propagare a fisurii. Cu acest scop a fost
utilizat modulul de analizéa cu elemente finite extinse (XFEM) al programului
ABAQUS. Pentru imbogdtirea elementelor finite s-a folosit un criteriu de rupere
bazat pe tensiunea principala maxima (MaxPS).
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Utilizarea elementelor finite imbogatite s-a facut pentru domeniul intregului
model, pentru a avea certitudinea determinarii corecte a punctului de initiere a
fisurii.

Dupa cum se vede in Fig.3.11, punctul de initiere se afld la baza
concentratorului (la baza zonei de racordare), in apropierea muchiei.

Fig.3.12. Imagine de ansamblu privind studiul propagarii fisurii
prin metoda elementelor finite
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De asemenea, s-a putut determina unghiul de propagare a fisurii
0 =49,22°, Fig.3.12, o valoare foarte apropiata de media obtinutd experimental

[Dumitru, 2007]: Bgxp = 48,6°, Fig.3.13.

Fig.3.13. Fisura obtinuta experimental

Aceste rezultate apropiate de valorile experimentale au confirmat validitatea
modelului numeric. In aceste conditii, modelul de calcul s-a utilizat pentru
determinarea unor valori convenabile ale factorilor de intensitate a tensiunii.

Calculul factorilor de intensitate a tensiunii pentru fisuri cu lungime
egala si adancime variabila

Pentru acoperirea cator mai multe scenarii de fisurare, s-au determinat
valorile factorilor de intensitate a tensiunii pentru diferite adancimi ale fisurii,
pastrand, insa, lungimea constanta. Aceste modele simuleaza aparitia fisurii intr-o
zona cu defecte de material. Astfel, dupd o propagare superficiala pe o distanta
oarecare, fisura se va propaga spre interiorul arborelui.

Fisura implementata in modelul de calcul are o lungime de 11 mm, iar
adancimea 0 este de 0,4 mm, 0,7 mm, 1 mm, 1,3 mm, respectiv 1,5 mm. Unul
dintre capetele fisurii este dispus in zona in care s-a obtinut punctul de initiere a
fisurii cu elemente finite extinse, iar celdlalt capat a fost amplasat conform
rezultatelor experimentale de propagare, dupa cum se arata in Fig.3.14.
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Fisura in planul inclinat la 45°
in ranort cu axa arborelui

Fig.3.14. Imagine a arborelui discretizat in zona cu fisura

Geometria unei fisuri cu adancimea de 0,7 mm este prezentata in Fig.3.15.
Pentru fiecare adancime & s-au determinat factorii de intensitate a tensiunii pentru
cele trei moduri de propagare: Ky, K si Ky -

Frontul fisurii

Fig.315. Sectiune in planul fisurii cu lungime fixa (11 mm) si adéncime de 0,7 mm
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in figurile 3.16, 3.17 si 3.18 sunt reprezentate variatiile factorilor de
intensitate a tensiunii (K7, Ky ,Kyr) de-a lungul frontului fisurii. Originea este

reprezentata de nodul cel mai apropiat de punctul de initiere a fisurii.

135 — :
) _—— 1,5 mm
| -
115 = - ~
L, —1 1,3 mm ~
# - *\ \
| o5 I T~ N
S t . T — \\ ~ A
E » o \‘ - ~\
& ) ./ 1mm | S~
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s I T R A A -
X | 55 / / 0,7 mm
/, N 0.4 mm
3/
15 4L
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17 18

Nodul de pe frontul fisurii [-]

19

Fig.3.16. Distributia de Ky de-a lungul frontului fisurii pentru diferite valori ale adancimii &
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Fig.3.17. Distributia de K de-a lungul frontului fisurii pentru diferite valori ale adéncimii &
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Fig.3.18. Distributia de Ky de-a lungul frontului fisurii
pentru diferite valori ale adancimii d

Se poate observa cd modul I este predominant in toate cazurile. In plus,
valorile maxime ale factorilor de intensitate a tensiunii pentru modurile I si III de
rupere sunt atinse in zona de mijloc a frontului fisurii, denotdnd o propagare a fisurii
spre interiorul arborelui.

De asemenea, se observa o cerstere a valorii factorilor de intensitate a
tensiunii odata cu adancimea fisurii. Se confirma astfel ca o fisura este cu atat mai
periculoasa cu cat este mai mai adanca.

In cazul fisurii cu adancimea de 1,5 mm se poate observa un puternic efect
de margine, dar si o variatie semnificativa a factorilor de intensitate a tensiunii pe
frontul fisurii.

Calculul factorilor de intensitate a tensiunii pentru fisuri cu lungime
variabila

Pentru aceste simulari, lungimea fisurilor a fost fixata la 4,5 mm, 8 mm si
11 mm. Adancimea fiecarei fisuri in parte a fost aleasa astfel incat geometria sa fie
similara unei fisuri reale: frontul fisurii sa fie de forma unui arc de cerc, iar
adancimea sa aiba intre 1/3 si 1/4 din lungime.

Lungimile fisurilor au fost alese astfel incat sa fie simulata faza incipienta a
dezvoltarii fisurii, o faza intermediara si o faza apropiata de momentul ruperii
arborelui.

Geometria unei fisuri cu lungimea de 4,5 mm este prezentatd in Fig.3.19.

Calculul factorlor de intensitate a tensiunii a fost facut in mod similar cazului
precedent.

in figurile 3.20, 3.21 si 3.22 sunt reprezentate variatiile lui Ky, K si Kpr

de-a lungul frontului fisurii. Originea corespunde nodului din zona de initiere a
fisurii.
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Fig.3.19. Fisura de 4,5 mm
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Fig.3.20. Distributia de K de-a lungul frontului fisurii
pentru lungimi diferite ale fisurii
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Fig.3.21. Distributia de K7 de-a lungul frontului fisurii
pentru lungimi diferite ale fisurii
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Fig.3.22. Distributia de Ky de-a lungul frontului fisurii
pentru lungimi diferite ale fisurii

Parametrii discretizarii au fost mentinuti neschimbati pe parcursul tuturor
simularilor.
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. Si in cazul acestor modele s-a observat predominarea modului I de rupere.
In plus, s-a constatat o pondere destul de ridicata a modului III, conform Fig.3.22.
Spre deosebire de cazul anterior, pentru aceste configuratii s-a observat un puternic
efect de margine, valorile maxime ale factorilor de intensitate a tensiunii
corespunzand exclusiv nodurilor din apropierea marginilor fisurii.

Valorile factorilor de intensitate a tensiunii pentru fisura de 8 mm au fost
mai mari comparativ cu celelelte doua configuratii.

Concluzii

Analiza numerica a arborelui compus din doud sectiuni, una patrata si una
circulara a confirmat existenta efectului de concentrare a tensiunilor din zona de
racord. Aceastd concentrare este dependentd de valoarea razei de racordare si se
stabilizeaza pentru valori ale razei superioare celor 2 mm.

Utilizarea elementelor finite extinse a permis identificarea punctului de
initiere a fisurii, precum si a directiei de propagare. Intrucat aceste rezultate au fost
confirmate experimental, modelul de calcul a putut fi validat.

Curbele de variatie ale factorilor de intensitate a tensiunii au reliefat ca
valorile maxime sunt atinse in zona capetelor (efect de margine); acest efect este
mai putin pronuntat pentru adancimi mici ale fisurii.

Adancimea fisurii are un efect major asupra factorulor de intensitate a
fisurii: valorile acestora cresc semnificativ odata cu 0.

3.1.3. Calculul factorilor de intensitate a tensiunii pentru
fisuri plane intr-un stent coronarian

Consideratii generale privind implanturile de tip stent

In ultimii ani, implanturile de tip stent s-au dovedit a fi solutia optima in
tratarea stenozelor arteriale si anevrismelor. Angioplastia este o procedura relativ
simpla care a suscitat un interes remarcabil in comunitatea medicalda, avand ca
principale atuuri, o rata ridicata de reusitd, perioadd de convalescenta scurta si
lipsita de complicatii pentru pacient, costuri reduse comparativ cu interventiile
chirurgicale clasice pentru remedierea acelorasi probleme. De asemenea, aceste
implanturi se bucura de aprecierea si gradul ridicat de acceptare in randul
pacientilor, in principal datoritd impactului nesemnificativ asupra stilului de viata.

Stentul vascular este un tub metalic de mici dimensiuni, care se introduce in
artera in zona ingustata, unde preia rolul unui suport artificial al vasului de sange.

Stenturile pot fi impartite in douda mari categorii: stenturi autoexpandabile si
stenturi care se deschid cu ajutorul baloanelor. Stenturile autoexpandabile sunt
facute din materiale cu memoria formei, de tipul aliajelor Ni-Ti (nitinol), aliaje de
cobalt, oteluri inoxidabile, tantal. Comparativ cu stenturile expandate cu ajutorul
baloanelor, cele autoexpandabile prezintd o durabilitate sporita, necesita o
procedura de instalare mai simpla si pot contine un strat de medicament
imunosupresiv, pentru minimizarea riscului de respingere din partea organismului.

Prezenta unor fisuri este deosebit de periculoasd, intrucat pe langa riscul
distrugerii stentului, acestea pot favoriza conditiile depunerii unui strat stenotic,
compromitand astfel circulatia sangvina si anuland, practic, beneficiile angioplastiei.

Calculul factorilor de intensitate a tensiunii a fost efectuat pentru un stent
special, utilizat in interventiile chirurgicale la bovine, prezentat in Fig.3.23.

Stentul analizat consta intr-un tub lung de 22,4 mm, format din 12 inele
interconectate, construite din sarmd de sectiune dreptunghiulara, Fig.3.24.
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Diametrul exterior al tubului este de 8,3 mm. Materialul din care este confectionat
stentul este un aliaj pe baza de Cobalt, L-605. Stentul este de tip autoexpandabil.

Fig.3.23. Stent coronarian pentru interventii chirurgicale la bovine

Fig.3.24. Modelul geometric al stentului autoexpandabil din aliaj de cobalt L-605

Cedarea unor astfel de stenturi a constituit subiectul mai multor studii clinice
si stiintifice conduse, printre altii, de Beebe [Beebe, 2001], Jacobs [Jacobs, 2003],
Chafke [Chafke, 2004]. Nu au fost identificate in literatura de specialitate studii
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privind determinarea factorilor de intensitate a tensiunii pentru diverse geometrii ale
fisurii la stenturi.

Metoda de calcul

Pentru inceput, a fost necesard evaluarea starii globale de tensiune pentru
intregul stent. In acest fel au putut fi identificate zonele cele mai solicitate, in care
eventuala prezentd a fisurilor este cea mai periculoasda. De asemenea, a fost
necesara aceasta evaluare pentru optimizarea ulterioara a modelului simplificat
pentru determinari de mecanica ruperii.

Modelul de calcul reprezentand tubul complet a fost discretizat in 9183 de
elemente tetraedrice. Nu s-a putut face o discretizare si mai find din cauza
limitarilor tehnicii de calcul si complexitatii deosebite a geometriei stentului. Sarcina
a fost implementata sub forma unei presiuni uniform distribuita pe toata suprafata
exterioara a tubului, Fig.3.25. Pentru mai multa precizie, tubul a fost ,suspendat” cu
ajutorul unor legaturi moi (,soft springs”), dispuse la nivelul inelelor de la cele doua
capete.

Fig.3.25. Conditiile pe contur pentru modelul tubului complet

Sarcina cu care peretele arterial actioneaza asupra stentului a fost simulata
printr-o forta uniform distribuita pe toata suprafata.

Pornind de la ipoteza ca stentul este implantat intr-o sectiune a vasului de
sange puternic stenozatd (56%), valoarea presiunii uniform distribuite a fost aleasa
p=2,5MPa [Migliavacca, 2004]. In felul acesta, s-au putut simula conditiile cele

mai severe de incdrcare. Aceasta valoare a fost determinatd numeric, dar si
confirmata experimental si implica utilizarea unor materiale cu caracteristici
mecanice foarte ridicate, cu o tensiune de rupere de circa 1000 MPa. Aliajul L-605
are o valoare a tensiunii de rupere de 1100 MPa si un modul de elasticitate
longitudinal E = 243000MPa MPa [www.euroflex-gmbh.de]. Pe langa caracteristicile

BUPT



3.1. Determinarea parametrilor de mecanica ruperii cu programul ABAQUS 57

mecanice deosebite, aliajul L-605 se remarcd printr-un grad ridicat de
biocompatibilitate.

Distributia tensiunilor echivalente von Mises a aratat cd zona cea mai
periculoasa este la varful infasurarii de sarma, Fig.3.26. De asemenea, si distributia
tensiunilor principale maxime a indicat aceeasi zona ca fiind cea mai solicitata.

4

| 4

Varfurile infasurarilor de sarma
/’f

‘

\ 4

db  Abaqus/Standard 6.9-2 Mon Dec 13

1: Step Time = 1,000
5, Man. Principal
U Deformation Scale Facton:

ODB: Job-1.0db¥ Abaqus/Standard 6.9-3 Mon Dec 13 15:30:37 E. Europe Standard Time 2010

Stepi Step-1

Fig.3.26. Distributia tensiunilor principale maxime la varful infasurarilor de sarma
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Pentru analiza de mecanica ruperii, din modelul complet al stentului a fost
extras un segment in forma de ,V”, Fig.3.27, astfel incat sa fie continuta si zona cea
mai periculoasa.

Sectiunea sarmei din care este confectionat stentul este de forma patrata,
cu dimensiunile 0,2x0,2 mm.

Fig.3.27. Segment in forma de ,V”
(modelul geometric pentru evaluarile de mecanica ruperii)

Avéand in vedere dimensiunile, dar si procedurile de control al calitatii in
timpul fabricatiei, orice defect de material nedetectat poate fi considerat
bidimensional, putand fi modelat sub forma unei fisuri plane. De asemenea, acest
model simplificat poate fi utilizat si pentru evaluarea factorilor de intensitate a
tensiunii pentru fisuri de oboseala.

Simularea numerica initiere a unei fisuri folosind elemente finite
extinse (XFEM)

Initierea si propagarea fisurii s-au facut utilizand modulul XFEM al
programului ABAQUS.

S-a folosit criteriul de rupere al tensiunii principale maxime.
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Modelul utilizat contine 1104 elemente hexaedrice imbogatite. Fisura s-a
propagat de la mijlocul zonei de imbinare, dupa o directie aproape perpendiculara
pe unul dintre brate, Fig.3.28.

Fisura propagatad numeric

Standard 6,9-3 Mon Feb 21 13:46:16 E, Europe Standard Time 20111

Step Time = 1,000

Evaluarea factorilor de intensitate a tensiunii s-a facut pentru diferite
geometrii ale fisurii.

Prezenta fisurilor plane schimba semnificativ distributia tensiunilor in
segmentul de stent, cu efecte asupra distributiei globale a tensiunilor si
deformatiilor pentru intregul stent. Avand in vedere solicitarile la care este supus
implantul, o singura fisura poate provoca deteriorarea iremediabild a stentului, cu
importante complicatii clinice pentru pacient.

Analiza starii globale de tensiune pentru intregul stent a evidentiat ca
varfurile segmentelor sunt cele mai solicitate. Aceasta zond a prezentat, asadar, cel
mai mare interes, iar pentru comparatie, au fost modelate fisuri plane si in sectiunile
,bratelor”.

Pentru a oferi un termen de comparatie intre efectele diverselor
amplasamente ale fisurii, acestea au fost grupate in trei categorii: fisuri verticale la
varful segmentului, fisuri orizontale la varful segmentului si fisuri in zona bratelor
segmentului.

Simularea numerica a fisurilor verticale la varful segmentului

Acest set de modele simuleaza prezenta unor fisuri plane la varful
segmentului. Planul fisurii contine bisectoarea proiectiei unghiului format de cele
doua brate. S-au ales patru geometrii diferite pentru acest caz , Fig.3.29.
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Fig.3.29. Localizarea fisurilor ,verticale”

Modelele de calcul au fost discretizate folosind elemente hexaedrice de tip
C3D8R, Fig.3.30.

Fig.3.30. Imaginea modelului de calcul discretizétv?n configuratia b)
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in jurul varfurilor fisurilor s-a operat o rafinare suplimentara a elementelor,
dupa cum se poate vedea in Fig. 3.31, pentru configuratia b).

Fronturile fisurii

Fig.3.31. Detaliu privind rafinarea discretizarii la varful fisurii

Factorii de intensitate a tensiunii au fost calculati utilizand metoda integralei
pe contur. Intrucéat rezultatele depind in mare masura de discretizare, s-a facut si un
studiu de convergenta. Astfel, pentru modelul in configuratia c) s-au calculat factorii
de intensitate a tensiunii pentru 12 contururi succesive. In Fig.3.32 este prezentata
variatia lui K; pentru nodul numarul 3 al frontului fisurii. Rezultatele au fost

similare pentru toate nodurile.
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Fig.3.32. Variatia factorului de intensitate a tensiunii K in functie de numarul conturului
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Se observa ca, excluzand primul contur (format din elementele de la varful

fisurii), celelalte contururi oferd rezultate similare. Pentru mai multd exactitate,
pentru toate simularile efectuate pe elementele de stent se vor lua in considerare
rezultatele obtinute pentru conturul numarul 10.
. Valorile obtinute de-a lungul frontului fisurii sunt prezentate in Tabelul 3.1.
In cazul configuratiei b), doar valorile obtinute pentru frontul fisurii superioare sunt
prezentate, intrucat acestea au fost mult superioare celor obtinute pentru celdlalt
front.

Tabel 3.1. Valorile factorului de intensitate a tensiunii K; Tn nodurile frontului fisurii

Ki[MPaymm]
Nod Configuratia a) Configuratia b)  Configuratia c)  Configuratia d)
1 146,300 50,970 147,100 126,700
2 128,100 27,480 127,500 131,100
3 103,700 2,609 117,026 59,000
4 72,680 25,300 22,980 22,640
5 37,520 43,970 9,718 17,300

Valorile maxime obtinute pentru fiecare configuratie sunt prezentate grafic
in Fig.3.33, pentru o comparatie mai facila. Configuratiile a), c) si d) au produs
valori comparabile ale factorilor de intensitate a tensiunii. Fisura din mijlocul
segmentului (configuratia b)) a determinat factori de intensitate a tensiunii de
aproximativ patru ori mai mici. Rezultatele au confirmat teoria potrivit careia fisurile
de margine sunt cele mai periculoase.

K; max [MPa*SQRT(mm)]

160 1

140+

1201

100 1

80+
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20+

a) ' b) ' c) ' d)

Fig.3.33. Reprezentarea valorilor maxime ale lui Ky pentru fisurile ,verticale”
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Simularea numerica a fisurilor orizontale la varful segmentului

Pentru aceste modele, fisurile au fost modelate tot in zona ,varfului”
segmentului, iar planul fisurii a fost mentinut normal la proiectia bisectoarei
unghiului descris de cele doua brate, Fig.3.34.

Au fost alese trei configuratii diferite pentru acest caz, care simuleaza
existenta fisurilor in trei zone distincte ale varfului segmentului.

Conditiile pe contur, parametrii discretizarii, precum si rafinarea elementelor
de la varful fisurii au ramas aceleasi ca si in cazul fisurilor ,verticale”.

Determinarea parametrilor de mecanica ruperii s-a facut la nivelul conturului
cu numarul 10.

a) RN b) .

/ 7 Frontul fisurii
j‘ L
- \

c)

Frontul fisurii

Fig.3.34. Localizarea fisurilor ,orizontale”

Factorii de intensitate a tensiunii obtinuti sunt listati in Tabelul 3.2.

Valorile maxime ale factorilor de intensitate a tensiunii sunt comparate in
Fig.3.35.

Se poate observa ca pentru toate cele trei configuratii s-au obtinut valori
relativ ridicate ale factorilor de intensitate a tensiunii pentru Modul I de deschidere a
fisurii (K ), comparabile cu cele obtinute in cazul precedent. De asemenea, pentru
aceste configuratii s-a observat existenta Modurilor II si III de deschidere a fisurii,
cu valori ale factorilor de intensitate a tensiunii corespunzatori deloc neglijabile,
Fig.3.36, Fig.3.37.
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Tabel 3.2. Valorile factorilor de intensitate a tensiunii in nodurile frontului fisurii

Nod

u b WN

Configuratia a)

Kr
74.94
50.31
7.813
30.01
53.43

Kir
8.404
0.8469
26.42
52.72
62.88

K
15.24
11.44
12.99
16.91
21.29

K
12.78
6.412
6.585
3.344

K[MPaJymm]
Configuratia b)

Kt Kir

123 9.497
86.77 11.79
27.9 16.47
25.22 21.88
55.92 25.66

12.21

Configuratia c)

Kr Kir

137.5 27.18
113 20.35
72.29 2.438
28.4 23.51
17.4 33.85

K
18.14
19.41
12.55
10.91
1.496

140

120

100

801

60

40 1

201

K| max [MPa*SQRT(mm)]

a)

b)

c)

Fig.3.35. Reprezentarea valorilor maxime ale lui Kj pentru fisurile ,orizontale”

70+

60

50+

40

30+

20+

10+

a)

b)

c)

Fig.3.36. Reprezentarea valorilor maxime ale lui Kj7 pentru fisurile ,orizontale”
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25+

20+

15+

10+

a) b) c)

Fig.3.37. Reprezentarea valorilor maxime ale lui Ky pentru fisurile ,orizontale”

Simularea numerica a fisurilor in zona , bratelor” segmentului

In conditiile Tn care solicitarile maxime sunt localizate la ,varfu
segmentelor, prezenta unei fisuri in zona ,bratelor” nu poate fi neglijatda. Cele trei
configuratii alese pentru acest caz prezinta fisuri dispuse intr-un plan perpendicular
pe generatoarea segmentului, Fig.3.38.

III

L]

Fig.3.38. Localizarea fisurilor in zona ,piciorului” segmentului
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Conditiile pe contur, parametrii discretizarii, precum si rafinarea elementelor
de la varful fisurii au ramas aceleasi ca si in cazul fisurilor ,verticale” si ,orizontale”.
Determinarea parametrilor de mecanica ruperii s-a facut la nivelul conturului cu

numarul 10.

in Tabelul 3.3 sunt prezentate valorile factorilor de intensitate a tensiunii

pentru cele 3 moduri de fisurare, determinate in nodurile frontului fisurii.

Tabel 3.3. Valorile factorilor de intensitate a tensiunii in nodurile frontului fisurii

K[MPaymm]
Configuratia a) Configuratia b) Configuratia c)
Nod Kr Kir Kr Kr Kir K K1 Kir Kr
1 65.95 6.423 31.34 81.46 29.99 2598 78.13 18.93 41.76
2 93.07 11.29 3.156 75.89 29.76 8.12 57.77 11,98 20.87
3 95.45 7.622 0.683 50.79 17.96 11.99 33.20 1.316 17.59
4 79.70 2.946 0.443 22.39 3.689 14.15 11.24 12.41 13.65
5 81.24 14.3 38.39 1195 1.472 9.112 4.566 15.83 13.33

Si pentru aceste configuratii s-au inregistrat valori notabile ale Modurilor II

si III de deschidere a fisurii.

Valorile maxime ale factorilor de intensitate pentru cele 3 moduri sunt

comparate in Figurile 3.39, 3.40 si 3.41.

Ki max [MPa*SQRT(mm)]

100 -

90 1

80 1

701
60 1

50 1

401

301

201

10+

a) I b) I c)

Fig.3.39. Reprezentarea valorilor maxime ale lui Kj pentru fisurile din zona , piciorului”
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30+

25+

20+

154

10+

a) b) C)

Fig.3.40. Reprezentarea valorilor maxime ale lui Kj; pentru fisurile din zona , piciorului”

45-
40-
35-
30-
25-

20+
154
10+

a) b) c)

Fig.3.41. Reprezentarea valorilor maxime ale lui Ky pentru fisurile din zona , piciorului”

Concluzii

Calculul numeric al factorilor de intensitate a tensiunii pentru configuratii
diferite ale segmentului fisurat constituie un pas important in predictia corecta a
duratei de viata pentru un asemenea implant.

Tindnd cont de faptul ca majoritatea aliajelor utilizate la confectionarea
stenturilor prezinta un comportament linear-elastic (una dintre exceptii finnd
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nitinolul, cu comportament hiperelastic), rezultatele obtinute in urma acestor
simulari pot fi luate in considerare pentru alte stenturi cu geometrii similare.

Chiar daca sarcinile aplicate asupra stentului au fost la limita superioara a
valorilor, iar dimensiunile defectelor (fisurilor) au fost alese cu valori mari (raport
lungime fisurd/ latimea sarmei de aproximativ 0,5), factorii de intensitate a tensiunii
raman in limite tolerabile pentru un otel obisnuit.

Modurile II si III de fisurare sunt practic inexistente in cazul fisurilor
Jverticale”, dar se manifesta destul de semnificativ in celelalte cazuri. Totusi, s-a
observat ca pentru toate modelele analizate, Modul I de fisurare este dominant.

3.2. Studiul numeric al interactiunii dintre fisuri

3.2.1. Interactiunea fisurilor colineare

Consideratii generale

Pentru a putea intelege comportamentul unei structuri plane reald, supusa
unor sarcini aleatorii, diferentele si similaritatile dintre efectul tractiunii, respectiv
incovoierii trebuie cunoscute. Principiul suprapunerii efectelor este aplicabil in
mecanica ruperii pentru domeniul linear elastic, insa predictia comportamentului real
este strans legatd de acuratetea evaluarii efectului fiecarei sarcini in parte. Pe de
altad parte, prezenta fisurilor multiple modificd semnificativ campul de tensiuni, iar
evaluarea factorilor de intensitate a tensiunii devine problematica. Predictiile de
durabilitate pentru corpurile cu fisuri multiple sunt si mai pretentioase, intrucat
prezenta unei fisuri vecine poate conduce la stoparea evolutiei fisurii de interes.

Problema interactiunii fisurilor a fost abordatd pentru primadata de
Kachanov [Kachanov, 1985], cu scopul de a propune o metoda simplificatd de
evaluare a factorilor de intensitate a tensiunii pentru o placa plana. Aceasta metoda
a fost ulterior perfectionata [Li, 2003] si adaptata situatiei in care distanta dintre
fisuri este mica. Sadowski a extrapolat aceste metode pentru corpuri tridimensionale
din materiale ortotrope [Sadowski, 2008].

Solutiile analitice prezente in literatura [Murakami, 1987], [Sih, 1973] ofera
posibilitatea determinarii rapide a factorilor de intensitate a tensiunii, insa pentru
situatiile Tn care dimensiunile fisurii sunt apropiate de latimea piesei, singurele
metode precise de evaluare sunt fie metodele numerice, fie metodele
experimentale.

Modelul de calcul

Placa bidimensionalda considerata, Fig.3.42, a fost modelata cu ajutorul
programului de evaluare numerica a starii de tensiune si deformatie COSMOS 2007.
Placa este solicitata mai intai la tractiune, ulterior fiind solicitata la Tncovoiere.
Pentru prima situatie avem un model de tip SECT (Single Edge Cracked Traction
specimen), iar pentru cea de-a doua, SENB (Single Edge Notched Bending
specimen).

Fisura de margine are o lungime de 10 mm. Pentru un raport al lungimii
fisurii cu latimea epruvetei de 0,2, solutiile analitice nu ofera suficienta acuratete.
Cu solutia datéd de [Ingraffea, 2003], relatia (3.8), se determina factorul de

intensitate a tensiunii analitic, K}a.
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| | 10 mm ]

50 mm —

T il

1RE

200 mm

Fig.3.42. Configuratia modelului fizic solicitat la tractiune

2 3 4
KZ =0va|1,99-0,41 2 |+18,7 2| -3848 2| +5385 2] |, (3.8)
w w w w
unde 0o este tensiunea normald uniform distribuita;
a - lungimea fisurii;
W - latimea epruvetei.

Pentru datele problemei rezulta:

KE = 7,698MPaymm (3.9)
Pentru simplificare, s-a ales o =1 [MPa].
Inclindnd fisura la unghiul B fatd de normala sarcinii, Fig.3.43, apare si

Modul II de deschidere a fisurii, ruperea devenind mixta. Ponderea Modului II de
rupere a putut fi evidentiatd prin evaluarea factorului de intensitate a tensiunii Ky .

SRR

10

200

50

TR

Fig.3.43. Configuratia modelului fizic cu fisura inclinatd (cu unghiul )
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Pentru obtinerea unor rezultate concludente, unghiul B a fost crescut cu

cate 5° pentru fiecare pas.

Modelul a fost discretizat folosind elemente de tip PLANE2D, cu 8
noduri/element (elemente patratice) pentru stare plana de tensiune. Factorii de
intensitate a tensiunii au fost determinati prin metoda integralei pe contur. Pentru o
precizie ridicata s-a folosit o discretizare extrem de find a intregului model, cu
48000 de elemente, Fig.3.44.

Forta uniform distribuita

Detaliu in zona cu fisura

Blocarea deplasarii nodului de capat
dupa directia orizontala

Blocarea deplasarilor nodurilor
muchiei dupa directia verticala

Fig.3.44. Discretizarea, conditiile pe contur si calea de integrare pentru modelul de calcul

Materialul epruvetei este aluminiu 6060 T6. Acest material este un aliaj cu
comportare elasto-plastica [Negru, 2009], s-a putut folosi o schematizare de tip
Ramberg-Osgood [Gabauer, 2001].

Conform acestui model, deformatia totala este exprimata prin relatia:

m
& :%+(%J (3.10)
m
£p = (%J , (3.11)
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unde & este deformatia totald;
ep este deformatia plastica;
k este coeficientul de rezistenta;
m~1 este coeficientul de ecruisare.

Caracteristica materialului in schematizare Ramberg-Osgood este prezentata

in Fig.3.45. Se retin modulul de elasticitate longitudinal
coeficientul lui Poisson v = 0,33 [Negru, 2009].

300

250

o [MPa]
[
[}
o
ﬁ_‘“—\

100
50
0 T T T T T T T )
0 0,02 0,04 0,06 0,08 0,1 0,12 0,14 0,16
€ [%]

Fig.3.45. Diagrama O — £, schematizarea Ramberg-Osgood, pentru AL 6060 T6

E =62078MPa si

Pe baza analizei cu elemente finite s-au obtinut componentele tensiuni. in

Fig.3.46 este prezentat spectrul de distributie al tensiunilor echivalente von Mises la

varful fisurii pentru fisura inclinatd cu unghiul B =45°.

fisurii

Detaliu in zona cu varful

o]

3 Jolol ol ofof oyl

2.5SHASO0RE0

2. 000400000

.SE030068

Molojodegolofalolal

10108 olofololal
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Fig.3.46. Distributia tensiunilor von Mises la varful fisurii pentru B = 45°

Valorile factorilor de intensitate a tensiunii pentru diferite unghiuri de
inclinare sunt redate in Tabelul 3.4.

Tabel 3.4. Valorile factorilor de intensitate a tensiunii pentru epruvete de tip SECT

Unghiul fisurii K1 Kn

[°] [ MPavymm ] [ MPavymm ]
0 7,59208 0

5 7,55219 0,622846
10 7,38738 0,922
15 7,0509 1,22852
20 6,73934 1,31473
25 6,28919 1,46974
30 5,77482 1,58768
35 5,20639 1,66856
40 4,60147 1,71304
45 3,97388 1,72186
50 3,33809 1,6963
55 2,69675 1,63133
60 2,02123 1,55055
65 1,33816 1,3592
70 1,12881 1,06515
75 1,13188 0,126618

Abaterea rezultatului obtinut numeric, raportata la valoarea analitica
obtinuta cu relatia (3.8) este de -1,38%, ceea ce confirma validitatea modelului de
calcul. Rezultatele obtinute numeric au fost confirmate de simularile si cu
programele FRANC2D si ABAQUS 6.9-3.

Pentru o comparatie mai facild, valorile din tabel ale factorilor de intensitate
a tensiunii sunt normalizate cu valoarea determinata analitic pentru o fisura de
margine (3.9).

Variatia factorilor de intensitate a tensiunii normalizati cu unghiul fisurii este
reprezentata in Fig.3.47.

Se observd o descrestere constantd a lui K; pana la un unghi al fisurii de

65°, dupd care ramane constant. Variatia lui Kj; este mult mai interesanta: creste
pana la unghiul de 45°, dupa care incepe sa scada. Pentru toata plaja de variatie a
unghiului B, Modul I de fisurare este dominant; doar pentru B =65°, Ky este usor
superior lui Ky .
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1,2

1 Kr/K?

0,8 \<

0,6
0,4 Kir / Kf ™,
0’2 — - o m e ma \\
- P ¢ y—
- A
g -~
0
0 10 20 30 40 50 60 70 80
B[°]

Fig.3.47. Variatia factorilor de intensitate a tensiunii cu unghiul 8 de inclinare al fisurii
pentru epruveta SECT

Modelul epruvetei supuse la incovoiere (SENB) este identic modelului
anterior, cu exceptia incarcarii, Fig.3.48. De aceasta data, solicitarea este produsa
de un moment de incovoiere, generat de forta unitara F .

Parametrii de discretizare, precum si conturul integralei au ramas
neschimbate, iar valorile factorilor de intensitate a tensiunii sunt listati in Tabelul
3.5.

Tabel 3.5. Valorile factorilor de intensitate a tensiunii pentru epruvete de tip SENB

Unghiul fisurii Kr K
[°] [ MPaymm ] [ MPayJmm ]
0 0,650493 0
5 0,534077 0,05334
10 0,533678 0,0745369
15 0,531306 0,0910541
20 0,527661 0,105073
25 0,52277 0,117008
30 0,517256 0,126448
35 0,472692 0,142532
40 0,42602 0,151007
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45 0,375613 0,158479
50 0,323156 0,162393
55 0,268609 0,16195
60 0,209083 0,154638
65 0,156343 0,149115
70 0,123855 0,113746
75 0,110316 0,00306985

F/2

F/2
ﬁ

50

200

Fig.3.48. Modelul fizic pentru epruveta de tip SENB, cu fisura inclinatd cu unghiul 8

Factorii de intensitate a tensiunii evaluati au fost normalizati, in acest caz,
cu solutia analitica K}’ [Anderson, 1995].
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w 2[1 +2 vavj(l - V‘T’/J;

Kk = 0,665MPaJymm

L |a
F 3WVW a a a a 2
Kb - — 1,99——[1——) 2,15-3,93(-}2,7(-}
wi w w w

I

(3.12)
unde L este lungimea epruvetei.

Variatia factorilor de intensitate a tensiunii functie de unghiul fisurii este
reprezentata in Fig.3.49. Se poate observa ca alura graficelor este similara cazului
epruvetelor SECT, dar valorile sunt cu un ordin de marime inferioare.

1,2
1
\ K /K7
0.8 —
oe \\
0,4 K /K? TN ™.
' \\ N
0.2 - = - - = = \‘\
- - r - A
L >
0
0 10 20 30 40 50 60 70 80
BI°]

Fig.3.49. Variatia factorilor de intensitate a tensiunii cu unghiul 8 de inclinare al fisurii
pentru epruveta SENB

Studiul interactiunii fisurilor colineare

Abordarea studiului interactiunii fisurilor s-a facut pornind de la modelul
epruvetei SECT, caruia i-a mai fost implementata inca o fisura, colineara cu prima,
Fig.3.50. Discretizarea, precum si conturul integralei au fost pastrate neschimbate.

Pentru studiul interactiunii fisurilor, au fost elaborate doua seturi de modele.
Fisura de margine (fisura-etalon A) ramane neschimbata pentru toate modelele.

Primul set de simulari considerau cea de-a doua fisura de lungime constanta
(10 mm), iar distanta dintre cele doua fisuri variaza cu un pas de 5 mm.

In cazul celui de-al doilea set de simulari, distanta dintre cele doua fisuri a
fost mentinutad constanta, iar lungimea fcelei de-a doua fisuri a variat cu un pas de 5
mm.

Distanta dintre cele doua fisuri este masurata la varfuri.
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100

A B 200

10 | d a

50

A 4

Fig.3.50. Modelul fizic cu 2 fisuri

Distributia tensiunilor von Mises pentru modelul cu o distanta dintre fisuri
d=10 mm si o lungime a celei de-a doua fisuri a=10 mm, Fig.3.51, reliefeaza
concentrarea de tensiuni din zona véarfurilir fisurilor.

Interactiunea fisurilor a fost urmaritéd prin influenta celei de-a doua fisuri
asupra valorilor factorului de intensitate total Ko, determinat pentru fisura etalon

(fisura A).
Kot = VK +Kij (3.13)

BUPT



3.2. Studiul numeric al interactiunii dintre fisuri

77

Valorile obtinute sunt prezentate in Tabelul 3.6.

Fig.3.51. Distributia tensiunilor von Mises pentru modelul
cu doua fisuri de 10 mm, situate la distanta d=10 mm

Tabel 3.6. Valorile factorului de intensitate a tensiunii Kot
pentru epruveta cu doua fisuri

Distanta dintre Ktot
fisuri/ Lungimea [ MPavmm ]
celei de-a doua ) o o - Ly
fisuri [mm] Distanta variabila Lungime variabila
(d) (a)
5 8,82636 7,78541
10 8,09409 8,09409
15 7,7834 8,36726
20 7,5761 8,47205
25 7,38777 8,17998
30 6,31845 36,9798

.449640

JREZTIE

Intrucat si in aceastd situatie, Modul I de rupere este net dominant, este
posibila si o comparatie intre valorile obtinute pentru modelul cu o singura fisura si
modelul cu doua fisuri. Astfel, se poate observa ca in cazul unei distante dintre fisuri
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mai mare de 20 mm, factorii de intensitate a tensiunii pentru fisura-etalon scad.

Acest fapt se datoreaza schimbarii distributiei de tensiuni pe sectiunea epruvetei.
Pentru reprezentarea grafica a variatiei factorului de intensitate a tensiunii

K¢ot cu distanta dintre fisuri, respectiv lungimea celei de-a doua fisuri, s-a facut o

normalizare cu KIa (3.9). Rezultatele sunt prezentate in Fig.3.52 si denota o variatie

redusd a lui Kpr functie de cei doi parametri (a si d). Cu alte cuvinte,

interactiunea fisurilor nu este strans legata de dimensiunea celei de-a doua fisuri
sau de distanta dintre fisuri.

i | |
5 ==~ Keot =f(d)
— Kot =f(a) '
4 ’
’
14
3 ’
1,
L4
2 i
4
L4
1 f———— Bp == = = = =R - y
0
0 5 10 15 20 25 30 35
d[mm]; a[mm]

Fig.3.52. Influenta interactiunii fisurilor asupra factorilor de intensitate a tensiunilor

Concluzii

Analiza influentei unghiului fisurii si a fincarcarii asupra factorilor de
intensitate a tensiunii, precum si interactiunea fisurilor pentru o placa plana, cu
dimensiuni finite, s-au putut trage urmatoarele concluzii:

1. Incarcarea are o influenta majora asupra factorilor de intensitate a
tensiunii;

2. Unghiul fisurii determina ponderea fiecarui mod de rupere in parte;

3. Factorii de intensitate a tensiunii au o dependenta similara fata de unghiul
fisurii, pentru ambele tipuri de epruvete (SECT si SENB);

4. Dimensiunea epruvetei, precum si raportul lungimea fisurii/ latimea
epruvetei influenteaza semnificativ factorii de intensitate a tensiunii;

5. Interactiunea fisurilor apare si la distante mari dintre fisuri;

6. Prezenta celei de-a doua fisuri creste valoarea factorilor de intensitate a
tensiunii;

7. Influentele distantei dintre fisuri, respectiv a lungimii celei de-a doua
fisuri asupra factorilor de intensitate a tensiunii sunt reduse.
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3.2.2. Influenta interactiunii a doua fisuri asupra propagarii
fisurii de margine

Consideratii generale

In acest subcapitol este analizata interactiunea dintre doua fisuri prezente in
aceeasi structura, prin modificarile care apar la nivelul factorilor de intensitate a
tensiunii (Ky si K ), respectiv a unghiului directiei de propagare a fisurii.

Comparatiile sunt facute in raport cu rezultatele obtinute pentru o fisura unica.

Toate simularile s-au facut cu ajutorul softului FRANC2D, dezvoltat de
Cornell University.

Modelul analizat este de tip placa bidimensionald, in stare plana de tensiune,
cu o fisura de margine cu dimensiunea intiala de 10 mm. Cea de-a doua fisurd cu
lungimea initiala tot de 10 mm este o fisurd de margine, situata pe aceeasi parte cu
prima sau pe partea opusd, respectiv o fisura interioara, situata chiar la mijlocul
epruvetei. Distanta dintre cele doua fisuri este variata din 10 in 10 milimetri, de la
10 mm la 80 mm.

In cazul al doilea (fisuri de margine opuse), se analizeaza si situatia fisurilor
colineare.

Modelul a fost supus la tractiune, iar valoarea tensiunii de intindere a fost
aleasa o = 1[N/mm2] .

Discretizarea s-a facut in 2500 de elemente.

Propagarea fisurii s-a realizat automat, in 30 de pasi pentru primele doua
cazuri, respectiv 20 de pasi pentru cel de-al treilea caz, iar incrementul fisurii pentru
fiecare pas a fost stabilit la 1 mm.

Pentru fiecare pas, programul a determinat factorii de intensitate a tensiunii
pentru Modurile I si II de rupere, precum si directia de propagare pentru fisura-
etalon (fisura A).

Factorii de intensitate a tensiunii au fost evaluati prin metoda corelarii
deplasarilor (DCM - Displacement Correlation Method), iar unghiul directiei de
propagare a fost evaluat conform teoriei tensiunii circumferentiale maxime (MCST -
Maximum Circumferential Stress Theory).

Conform metodei corelarii deplasarilor, relatiile de calcul pentru factorii de
intensitate a tensiunii pentru o fisuréa de margine, intr-o epruveta de tip SECT
[Mohammadi, 2008] sunt de forma:

b a
2n uy —u
Kr=u ’7 y—vy (3.14)

C1+v
b ,a
K =u ’27’7%, (3.15)
415
1+v

unde u este modulul de forfecare,
v este coeficientul lui Poisson,

u,‘?ji’, sunt deplasarile dupa x, respectiv y ale nodurilor a si b (a este

nodul de la varful fisurii, b este un nod de pe flancul fisurii).
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Relatiile de calcul analitice pentru placile plane cu fisuri multiple nu ofera
rezultate corespunzatoare pentru rapoarte dintre lungimea fisurii si latimea piesei
mai mari de 0,1. Spre exemplu, pentru epruveta de tip SECT, s-a obtinut cu relatia

(3.9), K§ = 7,698MPaJmm .

Numeric, pentru aceeasi configuratie s-a obtinut K.',c =7,680MPaJymm .

Abaterea valorii analitice a fost de -1,38%. Pe de alta parte, evaluarea aceleiasi
epruvete utilizand programul COSMOS 2007, pentru un model cu 48000 de
elemente, a condus la obtinerea wunui factor de intensitate a tensiunii

Kf =7,592MPavmm , o diferentda de doar 1,1%. Se poate deduce ca metodele

numerice oferd rezultate foarte precise pentru aceste situatii.
Materialul placii este acelasi aliaj de aluminiu, AlI6060 T6, folosit si la
simularile anterioare, cu modulul de elasticitate longitudinal E =62078 MPa si

coeficientul lui Poisson v =0,33.

Studiul influentei fisurilor plasate pe aceeasi latura

In acest caz, cele doua fisuri de lungime egalda (10 mm) sunt dispuse pe
aceeasi muchie, la o distantad variabilda d, Fig.3.53. Valorile alese pentru distanta
dintre fisuri au fost 10 mm, 20 mm, 30 mm, 40 mm, 50 mm, 60 mm, 70 mm, 80
mm.

— ! 10 - d - 10 —1 >

«— * X ——

45__ 50 A B _j_>

«— )

+— Y —
200

Fig.3.53. Modelul fizic pentru 2 fisuri plasate pe aceeasi latura

Discretizarea (Fig.3.54) a fost facuta automat, in 2500 de elemente (numar
limitat de resursele hardware disponibile). De-a lungul fisurii, precum si la varful
acesteia, discretizarea a fost rafinata, pentru mai multd precizie. S-au folosit
elemente patratice, cu 8 noduri/element, iar la varful fisurii s-au implementat
elemente finite degenerate.

Analiza a fost efectuata in conditii de stare plana de tensiune.

Fisurile au fost propagate cate un milimetru pentru fiecare dintre cei 30 de
pasi. Astfel, a putut fi analizata evolutia fisurilor pentru intervale suficient de
discrete.

De asemenea, dupa propagarea completd, lungimea unei fisuri a acoperit
80% din latimea totala a epruvetei.

Distributia tensiunilor von Mises in jurul varfurilor fisurilor pentru d=20 mm
este prezentata in Fig.3.55.
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Fig.3.55. Imagine privind distributia campului tensiunilor von Mises la varful fisurilor

Programul FRANC2D produce propagarea alternativd a celor doud fisuri,
rezultatele necesitand o prelucrare ulterioara pentru evidentierea corespunzatoare a
tendintelor. Intrucat extragerea datelor este un proces laborios, greu de realizat cu
programele comerciale de uz curent (de genul pachetului software Microsoft
OFFICE), s-a pus la punct un program special pentru rezolvarea acestor
inconveniente. Programul a fost conceput in mediul de programare Turbo Pascal.
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Program Franc;
Uses crt;
Var i,j,k,l,m:integer;
f,g:text;
a,b,c:real;
X,Y,z:string;
Begin
Clrscr;
Assign(f,'c:\tp\a.txt");
Reset(f);
Assign(g,'c:\tp\b.txt');
Rewrite(g);
Fori:=1to 7 do
ReadIn(f);
Fori:=1to 31 do
Begin
k:=0;
Repeat
k:=k+1;
Read(f,x[k]);
Write(g,x[K]);
Until k=39;
ReadIn(f);
ReadIn(f);
Write(g,"");
1:=0;
Repeat
l:=1+1;
Read(f,y[l]);
Write(g,y[l]);
Until 1=39;
ReadIn(f);
ReadIn(f);
Write(g,"");
m:=0;
Repeat
m:=m+1;
Read(f,z[m]);
Write(g,z[m]);
Until m=40;
Writeln(g);
Forj:=1to 11 do
ReadIn(f);
End;
Close(f);
Close(g);
End.

Rezultatele obtinute in urma analizei cu elemente finite au fost prelucrate si
reprezentate grafic. Astfel, in Fig.3.56 este reprezentatd variatia factorului de
intensitate a tensiunii pentru Modul I (K7 ), odata cu cresterea fisurii. Fiecare curba
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corespunde unei distante dintre fisuri d. In Fig.3.57 este reprezentatd variatia
factorului de intensitate a tensiunii pentru Modul II (K7 ), iar in Fig.3.58, variatia

unghiul directiei de propagare a fisurii.

KI [MPa*sqrt(mm)]

KIl [MPa*sgrt(mm)]

12

10

Fisura unica

10mm

o ] —

50mm

/// /L— 40mm

30mm

60mm

. 70mm

0,06

0,04

0,02

-0,02

-0,04

-0,06

-0,08

10 15 20 25
Total crack incrementation Aa[mm]

- 80mm
_ i]
35

30

Fig.3.56. Influenta interactiunii fisurilor asupra lui Kj - fisura A
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Fig.3.57. Influenta interactiunii fisurilor asupra lui Kjr - fisura A
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’ [
. 80mm \\ P
o ——
L ——
0 ——= —

Crack angle [deg]

40mm 70mm /
30mm : /
Fisura unica
20mm

[/ A— 10mm

o= =V
4
/

Total crack incrementation Aa[mm]

Fig.3.58. Influenta interactiunii fisurilor asupra
unghiului directiei de propagare a fisurii - fisura A

Studiul influentei fisurilor plasate pe laturi opuse

in acest caz, cele dou fisuri de lungime egald (10 mm) sunt dispuse pe
uchii opuse, la o distanta variabila d, Fig.3.59.

Valorile alese pentru distanta dintre fisuri au fost 10 mm, 20 mm, 30 mm,
40 mm, 50 mm, 60 mm, 70 mm, 80 mm.

Parametrii discretizarii au fost aceiasi ca si in cazul precedent, respectiv
modelul in stare plana de tensiune a fost impartit in 2500 de elemente patratice, cu
rafindri suplimentare in zona fisurilor.

«— A 10 1 - - .

«—t— Y d ——

<&l 50 A _1°,

«—— 5 —1—

1 Y 0 []° I
200

|

Fig.3.59. Modelul fizic pentru 2 fisuri plasate pe laturi opuse

Distributia tensiunilor in jurul varfurilor fisurilor, pentru d=20 mm, este
prezentata in Fig.3.60.
In Fig.3.61 este reprezentata grafic variatia factorului de intensitate a

tensiunii pentru Modul I (K ), odata cu cresterea fisurii. Fiecare curba corespunde
unei distante dintre fisuri d. In Fig.3.62 este reprezentatd variatia factorului de
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intensitate a tensiunii pentru Modul II (K ), iar in Fig.3.63, variatia unghiul
directiei de propagare a fisurii.

Kl [MPa*sqrt(mm)]

Fig.3.60. Imagine privind distributia campului de tensini von Mises pentru d=20 mm

13
Fisura unica

—_—
11
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40mm — //4 60mm
° Z
e 70mm
//’____/____Z\
3 e —
—
——_
1 — 80omm H
\ﬁ Omm
10 N 15 20 ZF 30

¥

Total crack incrementation Aa[mm]

Fig.3.61. Influenta interactiunii fisurilor asupra lui Kj - fisura A
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Fig.3.62. Influenta interactiunii fisurilor asupra lui Kjr - fisura A
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Fig.3.63. Influenta interactiunii fisurilor asupra
unghiului directiei de propagare a fisurii - fisura A

Propagarea completd (4a = 30mm) a evidentiat tendinta de “respingere” a
celor doua fisuri in momentul in care varfurile acestora se apropie, Fig.3.64.
Explicatia consta in interactiunea pronuntatd a campurilor de tensiuni de la varfurile
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fisurilor, chiar si pentru distante semnificative intre cele doud fronturi. Pentru
comparatie, discontinuitatile de tipul gaurilor atrag fisurile. De asemenea, se poate
observa ca variatia unghiului directiei de propagare descrie traiectoria fisurii in
timpul propagarii.

Fig.3.64. Doua fisuri propagate complet (d=20 mm)

Studiul influentei a doua fisuri paralele decalate

In acest caz, placa bidimensionalda prezinta o fisura de margine (fisura-
etalon A) si o fisura interioara, ambele cu o lungime de 10 mm, Fig.3.65. Fisura
interioara (fisura B) este plasata la distante egale de cele douda muchii laterale ale
placii. Distanta d dintre cele doua fisuri ia aceleasi valori ca si in cazurile anterioare
(10 mm, 20 mm, 30 mm, 40 mm, 50 mm, 60 mm, 70 mm, 80 mm).

Parametrii discretizarii sunt neschimbati. Pentru aceasta configuratie,
propagarea s-a facut in 20 de pasi a cate 1 mm.

+— A 10 g d - 20 o p—
— A 1
<&l 50 1o
B 10 —>
— 1
— Y 20 —
200

Fig.3.65. Configuratia modelului fizic pentru doua fisuri paralele decalate
in Fig.3.66 este ilustratd distributia tensiunilor von Mises in jurul varfurilor

fisurilor pentru d=20 mm. Se pot observa valorile mai reduse ale tensiunii in jurul
fisurii B.
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K1 [MPa*sqgrt(mm)]

0.2513E-02

Fig.3.66. Imagine privind distributia campului de tensini von Mises pentru d=20 mm

Variatia lui K; odata cu cresterea fisurii este reprezentata grafic in Fig.3.67,
iar in Fig.3.68, respectiv Fig.3.69 sunt reprezentate variatiile lui K, respectiv a
unghiului directiei de propagare a fisurii.
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40mm |*

&

IS

w

10mm \

20mm

e 50mm
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e
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5 10
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20 25

Fig.3.67. Influenta interactiunii fisurilor asupra lui Kj - fisura A
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Fig.3.68. Influenta interactiunii fisurilor asupra lui Ky - fisura A
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Fig.3.69. Influenta interactiunii fisurilor asupra
unghiului directiei de propagare a fisurii - fisura A

Concluzii
Analiza influentei interactiunii fisurilor asupra propagarii unei fisuri intr-o
placa plana a condus la urmatoarele concluzii:
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1. Fisurile interactioneza chiar si la distante mari (mai mari decat lungimea
fisurii);

2. Interactiunea fisurilor se manifesta pentru diferite configuratii: fisuri de
margine suprapuse, fisuri de margine alaturate, fisura de margine si fisura
interioara;

3. Directile de propagare ale celor doua fisuri prezintd o tendinta
divergenta;

4, Interactiunea este mai puternica daca ambele fisuri sunt fisuri de
margine;

5. Alurile graficelor factorilor de intensitate a tensiunii, respectiv ale directiei
de propagare sunt similare pentru diverse configuratii;

6. La distante mari intre fisuri, propagarea fisurii-etalon are tendinta de
calare;

7. Directia de propagare a fisurilor evoueaza in sensul eliminarii Modului II
de rupere.
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4. CERCETARI PRIVIND DETERMINAREA
EXPERIMENTALA A INTEGRALEI CRITICE Jic
FOLOSIND EPRUVETE DE DIMENSIUNI
NESTANDARDIZATE

4.1. Consideratii generale privind determinarea
experimentala a integralei critice Jic

Determinarea experimentald a integralei critice Jj., care marcheaza

conditiile initierii propagarii ductile a fisurii, este reglementatda prin intermediul
standardelor americane ASTM E813, respectiv ASTM 561. Aceste standarde stabilesc
atat parametrii incercarii, geometria epruvetelor, cat si algoritmul de prelucrare si
interpretare a datelor experimentale obtinute.

In ceea ce priveste epruvetele utilizate pentru astfel de incercari, standardul
prevede doud tipuri distincte: epruvete compacte CT (epruvete solicitate la
tractiune), respectiv epruvete de tip SENB (epruvete solicitate la incovoiere). Cea
de-a doua categorie de epruvete (SENB) se preteaza exclusiv incercarilor in conditii
de stare pland de deformatie, pe cadnd epruvetele compacte se pot utiliza atéat
pentru stare plana de tensiune, cat si stare plana de deformatie.

Epruvete utilizate

Standardul recomanda utilizarea epruvetelor de tip compact pentru
obtinerea unor rezultate concludente. Se pot utiliza si alte tipuri de epruvete (spre
exemplu, epruvete de tip SENT, Fig.4.1 - epruvete cu o singura fisura de margine,
solicitate la tractiune), insa pentru acestea sunt recomandate cateva limite
dimensionale, dupa cum urmeaza:

Fig.4.1. Epruveta SENT

a>48B, (4.1)
unde a este lungimea fisurii;
B este grosimea epruvetei;

b=(W-a)>4B, (4.2)
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unde W este latimea epruvetei;

A3max < 0,1bp, (4.3)
unde  Aamax este extensia maxima a fisurii pentru un pas;
bp =W — ap este latimea initiald a ligamentului;

0,35 < aWO <0,70 (4.4)

Prefisurarea probelor

Inaintea incercarilor pentru determinarea integralei critice Jj. este necesara
o prefisurare a probei. Si pentru aceasta etapd, standardul prevede céteva
recomandari:

. ) ) Omi
- coeficient de asimetrie R =221 _0,1;
Omax

- amplitudine maxima pentru %:0,00013 \/E, unde Kpmpgx este

factorul maxim de intensitate a tensiunii;
- lungime minima a fisurii de oboseald 4ayp = 1,3 mm.

Metodologia de incercare

Pentru evaluarea experimentald a integralei critice Jj., standardele prevad
utilizarea curbei J-R. Aceasta curba poate fi obtinuta fie prin incercarea unui numar
de epruvete identice, fie prin incercarea unei singure epruvete, folosind metoda
compliantei la descarcare, Fig.4.2, unde A este deplasarea punctului de aplicatie al
sarcinii.

\

Sarcina

Fig.4.2. Metoda compliantei pentru determinarea curbei R
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Metoda compliantei consta in descarcarea partiald a epruvetei la diferite
intervale si calculul integralei J, utilizdnd relatii analitice de corespondenta intre
valoarea compliantei si lungimea fisurii, respectiv lungimea fisurii si integrala J.

Astfel, pe baza compliantei, se determina lungimea fisurii pentru epruvete
de tip SENT [Anderson, 1995]:

7 2

c-2=_ - W) o,99-i[1—iJ 1,3—1,2(i]+0,7(i] (4.5)

F 2w (1 aJZ wliw w w
w

Determinarea lungimii fisurii pe baza compliantei epruvetei este
implementata in softul majoritatii masinilor de tractiune dinamica, insa doar pentru
configuratia epruvetelor compacte.

Odata cunoscuta lungimea fisurii, se trece la calculul integralei J. Integrala
J poate fi impartita in doua componente: una elastica si una plastica.

J=Jes+Jpi (4.6)

Componenta elastica Joy se determina pe baza factorului de intensitate a

tensiunii Ky :

J Kf (4.7)
el = E ' .
F 1/2 t“anE a na 3
unde Kr=——1 W ip752, 2,02[-} + 0,37(1 - sin—J (4.8)
BIW M2 w
w

Componenta plastica Jp/ este calculata pe baza suprafetei Ap/, delimitatd

de curba sarcinii cu deplasarea punctului de aplicatie al fortei. Aceastd suprafata
reprezintd energia de deformatie plastica consumata, Fig.4.3, [Lereim, 1979].

Ar

A
—

Fig.4.3. Suprafata de calcul a energiei plastice, plasata sub curba F-A
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_ 241

4.
bl = Bbg (4.9)

Li Xiao-wei prezinta o alternativa la determinarea componentelor integralei
J, bazatd pe relatiile de calcul a energiei de deformare elastica, U., respectiv a

energiei de deformare plastica, Ups [Xiao-wei, 1988].

nele , MpiYpi (4.10)
B(W-a) B(W-a)'

unde e si np sunt constante adimensionale denumite factor elastic, respectiv

J:Je/+.]p/ =

factor plastic, dupa cum urmeaza:

)[eo-sd o il o)+

(4.11)

Ue = = FAo (4.13)
(W—a 44£ELEL4,_1
Ny = \I(W—a)2 +a? (4.14)
g \/(W—a)z +a’-a
Up = P14y, (4.15)

unde Py = 1,455(\/(W —af +a - aJUB (4.16)
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Valorile obtinute pentru integrala J sunt reprezentate grafic functie de
extensia fisurii. Standardul prevede ca rezultatele sa poata fi exprimate printr-o
functie putere:

J =C4(sa)2, (4.17)
unde Cj si C» sunt doua constante caracteristice.

Integrala criticd Jj. corespunde intersectiei curbei descrise de ecuatia
(4.17), cu o dreapta avand panta m=o0. +0,, unde o, este limita de curgere, iar
o, este tensiunea de rupere, dusa prin punctul corespunzator unei extensii de 0,2
mm de pe abscisa, dupa cum este prezentat in Fig.4.4.

;4

[MPa-mm]

y =(0c +0p)x-0,2(0c +0p)

Jc |-------3

02 04 08 1 12 n [mm]

Fig.4.4. Determinarea integralei Jj- pe baza curbei J-R

4.2. Determinarea experimentala a integralei critice Ji
pentru epruvete nestandardizate din Al 6060 T6

Metodologia determinarii experimentale a integralei critice Jj., descrisa in

subcapitolul anterior, este destinata utilizarii unor epruvete de dimensiuni
standardizate. Exista, totusi, situatii in care utilizarea acestor modele nu este
posibila, fie din cauza indisponibilitatii materialului in semifabricate suficient de mari
incat sa se poata prelucra aceste epruvete, fie se doreste determinarea parametrilor
de interes pentru configuratia reald. Este binecunoscuta influenta dimensiunii piesei
asupra caracteristicilor mecanice ale materialelor, iar acest fapt este important in
cazul unor subansambluri utilizate, spre exemplu, in industria aeronautica sau la
centralele atomoelectrice.

Efectuarea acestor teste pe masinile de tractiune dinamica pune, insa,
probleme prin prisma dificultatii adaptarii dispozitivelor de masurare a diversilor
parametri la configuratia piesei sau validitatii datelor masurate si prelucrate automat
de softul de achizitie. Cea mai importanta problema este reprezentatd de
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imposibilitatea utilizarii extensometrului pentru determinarea lungimii fisurii prin
masurarea deschiderii la varf, intrucat calibrarea dispozitivului pentru acest tip de
masuratori este configurata exclusiv pentru epruvete compacte. In acest context,
utilizarea metodelor numerice pentru indepartarea acestor neajunsuri a devenit o
alternativa deosebit de atractiva, nivelul de precizie atins de acestea fiind foarte
ridicat, indeosebi la programele care permit definirea materialelor prin siruri de
inregistrari sau diverse schematizari.

4.2.1. Schema de incercare
Intrucat epruvetele, Fig.4.5, au dimensiuni nestandardizate, Fig.4.6, a fost
necesara utilizarea unei metode alternative pentru determinarea lungimii fisurii.

Fig.4.5. Imaginea epruvetei pentru incercari experimentale de
determinare a integralei critice Jpc

100

D12 20 D12

-« 50 5
Fisura

200

Fig.4.6. Dimensiunile epruvetei
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Determinare Jic

Validare model
numeric

Fig.4.7. Schema logicd pentru determinarea experimentald a integralei critice Jy- utilizand
epruvete nestandardizate
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Epruvetele sunt confectionate din profil extrudat din AL6060 T6, cu
grosimea de 5 mm. Fisura a fost prelucratéd prin electroeroziune cu fir avand
diametrul de 0,2 mm.

In scopul monitorizarii experimentale a lungimii fisurii, s-a folosit un sistem
video compus dintr-o camera de filmat Samsung SIR-4160 si un inregistrator video
digital Amax DVR H264. Prin sincronizarea manuala a inregistrarii video cu graficul
de incarcare a probei, s-a putut face o corelare corecta intre sarcina aplicatd si
dimensiunea fisurii. In plus, programul de extragere a imaginilor din inregistrarea
video a permis o derulare cadru cu cadru, oferind posibilitatea eliminarii erorilor de
sincronizare.

Lungimea fisurii pentru fiecare treapta de fincercare a fost determinata
ulterior, pe baza analizei imaginilor, cu ajutorul softului SigmaScan Pro, oferit de
AlfaSoft AB pentru o evaluare de 30 de zile.

Schema propusa a derularii incercarilor este prezentata in Fig.4.7.

4.2.2. Determinarea experimentala a curbei forta-deplasare
Pentru determinarea experimentald a integralei critice J;. pentru epruvete

din Al 6060 T6, s-a folosit o masina de tractiune dinamica Walter+Bai de 100 kN.
Epruvetele au fost montate in bacuri prin intermediul unor bolturi din otel aliat, cu
diametrul de 12 mm.

Softul utilizat a fost DionPro.

Masina de fincercat si montajul epruvetei sunt prezentate in Fig.4.8 si
Fig.4.9.

Fig.4.8. Imagine de ansamblu a masinii de incercari Walter+Bai cu epruveta montata '
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4.2. Determinarea experimentald a integralei critice J 99

Fig.4.9. Detaliu privind montajul epruvetei in bacuri

Prefisurarea probei

Respectand recomandarile indicate in standarde, s-a efectuat prefisurarea
probelor pe o lungime de 5 mm, utilizdnd urmatorii parametri:

- forta medie: Fpeg = 3KN ;

- amplitudine: Fzm = 2kN ;

- frcventa: 5 Hz

In aceste conditii, am obtinut Fpsx =5kN, Fmin =1kN , respectiv
coeficientul de asimetrie R=0,2.

F
1,12 . max ha 5000
Kmax 1,120max /”amax B A max 1,12 7\/

_ _ min
E E E 62078

= 0,001614/mm = 0,00005106/m

(4.18)

Rezultatele incercarilor

Epruvetele au fost supuse unei incarcari in trepte, cu viteza de 1 mm/minut,
urmate de descarcari partiale.

S-a preferat utilizarea unei strategii de incarcare prin controlul deplasarii, nu
prin controlul fortei aplicate.

BUPT
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Valoarea unei trepte a fost stabilita la 0,25 mm, cu o descarcare partiala de
0,05 mm. Curba astfel obtinuta este redata in Fig.4.10. De asemenea, s-a impus o
preincarcare cu 0,25 mm, pentru eliminarea jocurilor.

12000

10000

8000

6000

Forta [N]

4000

2000

s

~N

0.5 1

15 2 25

Deplasarea pistonului [mm]

3.5 4

Fig.10. Curba forta-deplasarea pistonului pentru epruveta din Al 6060 T6, cu o fisura initiald de

25 mm

Pornind de la curba din Fig.4.10, s-au calculat valorile compliantelor si ale
rigiditatilor pentru fiecare treapta de incercare, Tabel 4.1. Pentru usurinta calculului
ulterior, s-a preferat utilizarea rigiditatilor (r=1/C).
aceste determinari s-au facut exclusiv pentru
tronsoanele de descarcare partiala.

Conform standardului,

perimental ale compliantei probei

Tabel 4.1. Valorile determinate ex
Nr. crt. Complianta C Rigiditatea r=1/C
[mm/N] [N/mm]

1 0,0000558859 17893,62
2 0,0000570776 17520
3 0,0000584270 17115,38
4 0,0000593939 16836,73
5 0,0000595647 16788,46
6 0,0000635762 15729,17
7 0,0000779412 12830,19
8 0,0000870279 11490,57
9 0,0001000000 10000
10 0,0001206897 8285,714
11 0,0001264637 7907,407
12 0,0001511335 6616,667
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Lungimea fisurii a fost monitorizata video, cu ajutorul unei camere de filmat
si a unui inregistrator video digital. Camera video utilizata pentru aceste incercari
are o rezolutie de 600 de linii color si 700 de linii alb-negru, chipset integrat pentru
procesarea digitala a semnalului video si stabilizator digital al imaginii.
Inregistratorul video prezintd un sistem de operare integrat (Linux), pentru o
stabilitate ridicata, hard-disk de 500 GB, port USB pentru transferul datelor, mufa
pentru CD/DVD writer si ofera posibilitatea conectarii la internet pentru
monitorizarea in timp real a filmarii.

Camera video a fost plasatda in lateralul epruvetei, dupa cum se poate
observa in Fig.4.11.

f

Fig.4.11. Amplasarea camerei video in lateralul epruvetei

Dupa incheierea achizitiei de imagini, s-a folosit un program de redare
cadru-cu-cadru, astfel fincdt s-a putut determina cu precizie imaginea
corespunzatoare deschiderii maxime a fisurii pentru fiecare treapta.

Prelucrarea imaginilor astfel obtinute in scopul determinarii lungimii fisurii a
fost facuta utilizand softul SigmaScan. In Fig.4.12 este prezentata o imagine a
epruvetei in timpul testelor. In conformitate cu Fig.4.12, pentru determinarea
lungimii fisurii s-a procedat in felul urmator:

- pentru inceput, se alege o origine pentru sistemul de referinta, la
intersectia celor doua linii ajutdtoare de culoare rosie din partea dreapta;

- se calibreazd imaginea functie de lungimea fisurii initiale (inaintea
prefisurarii), masurata cu ajutorul sublerului digital, cu precizie de 0,01 mm;

- se marcheaza pozitia varfului fisurii printr-o linie verticala (linia rosie din
partea stanga);

- se masoara distanta dintre cele doua segmente verticale, care coincide cu
lungimea fisurii;
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102 Cercetari privind determinarea experimentala a integralei critice Jic - 4

- daca fisura are o traiectorie oarecare, se imparte flancul fisurii in segmente
rectilinii consecutive, care sunt ulterior masurate. Lungimea fisurii se obtine prin
fnsumarea acestor rezultate.

j SigmaScan Pro - [Local_20110707_120818.bmp (1x) *]

File Edit View Image Macro Worksheet Measurements Mode Tools Window Help

LTI e )

¥ RRRRR0 % BlaEEeeR] ool zm.mw g
wlvl <N Nolo|zlz ol

PIERE @6 |

(&2

Segmentul corespunzator B o Originea sistemului
varfuui fisurii £ de referinta

A0 §

CAMQOZ ]
For Help, press F1 [ hom
EEOC & = 2 C ] f Poze [Lo... EN | @R ) o, 8 oo
Fig.4.12. Imagine a epruvetei in timpul testelor pentru
determinarea lungimii fisurii cu ajutorul softului SigmaScan Pro

Valorile lungimii fisurii corespunzdtoare fiecarei trepte de incarcare,
determinate experimental, sunt prezentate in Tabelul 4.2.

Tabel 4.2. Valorile determinate experimental ale lungimii fisurii

Treapta de Rigiditatea r=1/C Lungimea fisurii a

incarcare [N/mm] [mm]
1 17893,62 25,10
2 17520 25,83
3 17115,38 26,95
4 16836,73 27,23
5 16788,46 27,37
6 15729,17 28,19
7 12830,19 30,98
8 11490,57 32,23
9 10000 33,51
10 8285,714 34,60
11 7907,407 35,31
12 6616,667 36,16
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4.2.3. Determinarea numerica a rigiditatii epruvetei cu fisuri

Modelul numeric a fost elaborat folosind programul de analizd a starii de
tensiune si deformatie ABAQUS 6.9-3.

Intrucat epruveta este simetrica dupa directia orizontald, s-a utilizat modelul
de calcul simplificat, prezentat in Fig.4.13.

Deplasarea
boltului

Conditia de
simetrie
/ /’f?&

Fig.4.13. Conditiile pe contur pentru modelul de calcul simplificat

Tractiunea a fost aplicata boltului asamblat cu contact in orificiul destinat,
iar in partea de jos au fost impuse conditiile de simetrie.

In conformitate cu fincercdrile experimentale o-& pentru Al6060 T6,
[Negru, 2009], materialul a fost definit prin seturi de inregistrari, cu luarea in seama
a comportarii sale elasto-plastice, solutie care a oferit o precizie sporitda analizei. De
asemenea, comparativ cu utilizarea modelului Ramberg-Osgood, s-a putut constata
o stabilitate mai mare a solutiei si tolerarea mult mai buna a deformatiilor plastice
mari.

Modelul este de tip placa bidimensionald, aflata in conditii de stare plana de
tensiune.

Pentru a spori precizia determinarilor, in zona varfului fisurii, precum si in
zona gaurii pentru bolt s-au efectuat partitionari suplimentare ale modelului. Aceste
partitii vor servi rafinarii locale a discretizarii.

Studiul convergentei solutiei numerice
. Modelul numeric a fost destinat determinarii rigiditatii epruvetelor cu fisura.
Intrucat deplasarea boltului a fost stabilitd in conformitate cu parametrii incercarii
experimentale (0,25 mm, apoi o descdrcare partiala cu 0,05 mm), reactiunea din
bolt dupad directia verticala a fost parametrul de interes. In consecinta, s-a studiat
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104 Cercetari privind determinarea experimentald a integralei critice Jic - 4

convergenta solutiei numerice pentru acest parametru, pentru un model cu o fisura
de 24 mm.

S-au folosit doua tipuri de elemente (tetragonale si triunghiulare), respectiv
niveluri diferite de rafinament ale discretizarii. Rezultatele au aratat cd este
recomandabild utilizarea elementelor tetragonale, cu o discretizare cat mai fina,
Fig.4.14. Pentru elementele triunghiulare, rafinamentul discretizarii a avut o
influenta ridicata, cu o diferenta intre rezultate de pana la 10%. Discretizarea cu
elemente preponderent tetragonale a prezentat o sensibilitate mult mai scazuta la
rafinamentul discretizarii, fiind relativ facild obtinerea convergentei solutiei.

9800 —
Triunahiuri ————= Patrulater
9600 \
9400 \
9200 Creste rafinamentul |
z \ -
o 9000
04
8800 . |
Confiauratia aleasa
8600 \
— | \
8400 —
8200
0 1 2 3 4 5 6 7

Fig.4.14. Studiul convergentei solutiei numerice

Fig.4.15. Imagine privind discretizarea modelului simplificat de calcul
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Pentru toate modelele a fost aleasa o discretizare cu elemente preponderent
tetragonale si rafinament progresiv atat la varful fisurii, cat si in zona gaurii pentru
bolt, Fig.4.15.

Dimensiunea globald a partitionarii a fost aleasa de 2mm; in jurul varfului
fisurii s-a facut o trecere treptata de la 2mm, la 0,1 mm. Aceasta a fost
discretizarea maxima permisa de resursele de calcul disponibile.

Corelarea rigiditatii modelelor cu lungimea fisurii

Pentru obtinerea unei functii de corelare a rigiditatii epruvetei cu lungimea
fisurii, s-au folosit modele cu fisuri pornind de la 21 mm, pana la 40 mm.

Pentru fiecare model s-a analizat evolutia reactiunii din bolf, (definit ca solid
rigid) in raport cu deplasarea punctului de referinta al boltului. In Fig.4.16 este
prezentata curba reactiune-deplasare bolt pentru fisura de 24 mm.

10000
9000
8000
7000
6000 o
5000 A
4000
3000 1
2000 <
1000

0

A\

FN]

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3
Deplasare bolt [mm]

Fig.4.16. Diagrama reactiune-deplasare bolt pentru modelul cu fisura de 24 mm

Considerand doar portiunea de descarcare, s-a determinat rigiditatea placii
pentru fiecare lungime de fisura (definita prin raportul dintre variatia fortei si
variatia deplasarii). Rezultatele sunt prezentate in Tabelul 4.3.

Tabel 4.3. Rigiditatea si complianta epruvetelor functie de lungimea fisurii

Lungime fisura Rigiditate [N/mm] | Complianta [mm/N]
[mm]

21 23092 4,3305E-05
22 22338,2 4,4766E-05
24 20145,2 4,964E-05
26 18125,4 5,5171E-05
28 15744,8 6,3513E-05
30 13123,4 7,62E-05

32 10635,4 9,4026E-05
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34 8099,2 0,00012347
36 6016,2 0,00016622
38 4266,4 0,00023439
40 2882 0,00034698

rigiditate. Se observa, de asemenea, ecuatia functiei de corespondenta:

in Fig.4.17 este reprezentata grafic corespondenta dintre lungimea fisurii si

y =-0.0008889401 +41.7657798231 (4.19)
45
40 -
y =-0.0008889401x + 41.7657798231
£ 30
:E \
2 25
o 20
E
2 15
=
-1 10
5
O T T T T 1
0 5000 10000 15000 20000 25000
Rigiditate [N/mm]

Fig.4.17. Corespondenta dintre lungimea fisurii si rigiditatea epruvetei

4.2.4. Validarea modelului de calcul
Aplicand functia (4.19) pentru rigiditatile obtinute experimental din Tabelul
4.1, se obtin lungimile fisurii pentru fiecare pas de incarcare. Rezultatele acestor
calcule sunt prezentate in Tabelul 4.4.

Tabel 4.4. Lungimea fisurii expreimentale, obtinuta pe baza corelarii rezultatelor

numerice
Nr. Complianta C Rigiditatea r=1/C Lungimea fisurii a
crt. [mm/N] [N/mm] [mm]
1 0,0000558859 17893,62 25,85365
2 0,0000570776 17520 26,18577
3 0,0000584270 17115,38 26,54545
4 0,0000593939 16836,73 26,79315
5 0,0000595647 16788,46 26,83606
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6 0,0000635762 15729,17 27,77771
7 0,0000779412 12830,19 30,35473
8 0,0000870279 11490,57 31,54558
9 0,0001000000 10000 32,8706
10 0,0001206897 8285,714 34,3945
11 0,0001264637 7907,407 34,73079
12 0,0001511335 6616,667 35,87818

Intrucat modelul de calcul numeric a avut implementatd curba reald a
materialului, valorile obtinute pentru lungimea fisurii tin cont inclusiv de zona
plasticd de la varf. In aceste conditii, corectarea lungimii fisurii cu zona plastica
adiacentd nu mai este necesara.

In Fig.4.18 sunt prezentate, comparativ, curbele Iungimilor fisurii
determinate pe baza analizei imaginilor, respectiv prin corelarea rezultatelor
numerice.

38 | | |

36 TS Rezultate obtinute prin  —
T 34 ~ | analiza imaginilor
— 32 ~—
S Y
2 30 1— Rezultate obtinute ——" R
S 28 |- numeric ~ \;
E EEN
2 N
3 24

22

20

5000 7000 9000 11000 13000 15000 17000 19000
Rigiditatea [N/mm]

Fig.4.18. Compararea rezultatelor obtinute pe cale experimentald si numerica

Intrucat diferent dintre cele doud seturi de rezultate a fost de maximum
2,91 %, se poate considera ca modelul numeric este valid.

4.2.5. Determinarea integralei critice Jic
In vederea determindrii integralei critice Jj., s-a preferat utilizarea unei

curbe J-R obtinuta pe cale numerica. S-a considerat ca rezultatele astfel obtinute
sunt mult mai precise comparativ cu metoda analitica de calcul a integralei J.

Astfel, modelele numerice utilizate in subparagrafele anterioare au fost
adaptate prin finlocuirea deplasarii boltului cu o forta de tractiune, respectiv
modificarea lungimii fisurii. Pentru fortd s-au folosit valorile din curba experimentala
din Fig.4.10, iar pentru lungimea fisurilor s-au utilizat valorile determinate tot pe
cale experimentald din Tabelul 4.2.
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108 Cercetari privind determinarea experimentala a integralei critice Jic - 4

Studiul convergentei solutiei numerice

Avand in vedere faptul ca, in analiza numerica, valorile parametrilor de
mecanica ruperii pot diferi de la un contur de calcul la altul, se impune studiul
convergentei solutiei obtinute pentru integrala J.

In cele ce urmeaza, se prezintda studiul convergentei solutiei numerice
pentru un model cu fisura de 25,83 mm. Conform diagramei din Fig.4.10, acesta
valoare a lungimii fisurii se obtine pentru incarcarea cu o forta de 4061 N.

In jurul varfului fisurii s-a practicat aceeasi rafinare a discretizarii ca si in
cazul celorlalte modele utilizate pentru validare, dupa cum se poate vedea In
Fig.4.19.

Varful fisurii

Fig.4.19. Rafinarea discretizarii la varful fisurii

Conform algoritmului de calcul al integralei J in programul ABAQUS, primul
contur corespunde elementului finit de la varful fisurii; urmatoarele contururi sunt
obtinute prin adaugarea elementelor finite adiacente conturului anterior.

Pentru modelul de fata au fost luate in considerare 12 contururi_succesive,
pentru fiecare contur in parte fiind compilata o valoare a integralei J. In Fig.4.20
este prezentata curba descrisa de aceste valori.

Se poate observa cad solutia converge incepand cu conturul numarul 8.
Pentru mai multa exactitate, in cazul tuturor modelelor a fost performat un studiu
de convergenta a solutiei.

Pentru toate modelele s-a obtinut convergenta pentru rezultatele
corespunzatoare contururilor 7 sau 8.
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Fig.4.20. Convergenta solutiei numerice pentru integrala J

Trasarea curbei J-R si determinarea integralei critice J;c

Pe baza modelelor de calcul descris anterior, s-au determinat valorile
integralei J pentru diverse valori ale cresterii fisurii 4a = a—ap. Lungimea initiald a
fisurii a fost determinatd cu ajutorul sublerului digital, avand valoarea
ap =24,76mm.

in Fig.4.21, punctele de pe graficul J-4a au fost interpolate printr-o
functie putere, avand ecuatia:

y = 58,888x0:6348 (4.20)

90

80
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y = 58,888x°'6348/
60
50 /
40
30 /
20
N
(0] T T T T T T T
(0] 0,2 0,4 0,6 0,8 1 1,2 1,4
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Fig.4.21. Curba J-R pentru epruvetele din AI6060 T6
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Pentru determinarea valorii integralei critice J;-, trebuie determinatd si
ecuatia dreptei cu panta egald cu o, +0,, care taie abscisa prin punctul x=0,2,
conform Fig.4.4. Punctul de intersectie a celor doua curbe corespunde integralei

critice Jjc, Fig.4.22.

y =(0g +0r)x —0,2(0c +0y) = (213 +238)x —0,2(213 + 238) = 451x — 90,2

0,5

30 //
- _‘ch
y = 58,888x0/6348
—_— 20
g 15
Z / / y = 451x - 90,2
Law]
10 / /
| /
0 T T T 1 T T T T T \
0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25 0,3 0,35 0,4 0,45
Aa [mm]

Fig.4.22. Determinarea graficd a integralei critice Jy-

- . N
Din Fig.4.22 se obtine Ji- = 24,54 —.
g t 1c mm

4.3. Concluzii

- procedeul de determinare a integralei critice J;- este reglementat prin

standardele ASTM E813, respectiv ASTM 561;

- determinarea integralei critice J;. se poate face pentru multiple geometrii

ale epruvetelor;

- integrala criticd J;. poate fi determinatd si cu ajutorul epruvetelor

nestandardizate;

- metodele numerice ofera o alternativa viabila la incercarile de laborator, in

cazul in care sunt validate modelele de calcul;
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- utilizand programul ABAQUS, problema convergentei rezultatelor si a
validarii modelelor de calcul este simplificata prin definirea corecta a materialelor,
conditii de contur corespunzatoare si rafinari locale ale discretizarii;

- pentru epruvete dn Al 6060T6, dependenta dintre lungimea fisurii si
rigiditate este una liniara;

- evaluarea lungimii fisurii prin prelucrarea imaginilor video ale epruvetei
folosind softuri specializate reprezintd o metoda precisa si usor aplicabila oricarei
configuratii geometrice;

- pentru tipul de incarcare aplicat, se observa o crestere neuniforma a
fisurii;

- rezultatele obtinute prin intermediul modelelor numerice valide au putu fi
interpolate dupa o functie putere;

- valoarea integralei critice pentru configuratia datd este J;c = 24,54%.
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Lucrarea de fata reprezinta o abordare sistematizatda a problematicii

determinarii numerice a parametrilor de mecanica ruperii, cu punctarea atat a
fundamentelor teoretice, cat si a metodicii de calcul, respectiv interpretarea
rezultatelor obtinute. Accentul s-a pus aproape exclusiv pe metoda elementelor
finite, cu derivata acesteia - metoda elementelor finite extinse, din considerente
practice si de aplicabilitate, intrucdt marea majoritate a aplicatiilor sunt cadrate pe
aceste metode.

In cuprinsul lucrarii s-au identificat urmatoarele contributii personale ale

autorului si concluzii pertinente care rezulta din acestea:

>

studiu bibliografic cuprizator si sinteza originala a principalelor metode
numerice utilizate in aplicatiile de mecanica ruperii, cu punctarea principiilor
matematice care stau la baza acestora;

sinteza bibliografica a tehnicilor de modelare a fisurilor utilizand elemente
finite si elemente finite extinse;

sinteza bibliografica privind metodele de calcul numeric al parametrilor de
mecanica ruperii;

efectuarea unui studiu al concentrarii tensiunilor in zona racordului dintre
sectiunea patrata si cea rotunda. S-a confirmat faptul ca coeficientul teoretic
de concentrare a tensiunilor K; scade odatd cu cresterea razei de

racordare;

elaborarea unui model de calcul utilizdnd elemente finite extinse, in scopul
determinarii punctului de initiere si a directiei de propagare a fisurii pentru
arborele solicitat in modul mixt;

elaborarea modelelor de calcul pentru arborele cu fisura, pentru diferite
geometrii ale fisurii, in vederea calculului factorilor de intensitate a tensiunii;
compararea factorilor de intensitate a tensiunii obtinuti pentru diferite
geometrii ale fisurii. S-a pus in evidenta ca modul I este predominant in
toate cazurile. In plus, valorile maxime ale factorilor de intensitate a
tensiunii pentru modurile I si III de rupere sunt atinse in zona de mijloc a
frontului fisurii, denotdnd o propagare a fisurii spre interiorul arborelui. De
asemenea, exceptand factorii de intensitate a tensiunii pentru modul II
(Kjr ), se observa o crestere a valorii acestora odata cu adéncimea fisurii. in

cazul fisurii cu adancimea de 1,5 mm se poate observa un puternic efect de
margine, dar si o variatie semnificativa a factorilor de intensitate a tensiunii
pe frontul fisurii;

elaborarea modelului de calcul si studiul distributiei globale a tensiunilor
pentru un stent coronarian din aliaj de Cobalt L-605. Zonele cele mai
solicitate sunt ,varfurile” infasurarilor de sarma;

elaborarea unui model de calcul simplificat pentru calculul parametrilor de
mecanica ruperii in cazul stentului;

implementarea unor fisuri cu geometrii diverse in modelul simplificat de
calcul al stentului coronarian.

efectuarea unui studiu de convergenta a rezultatelor pentru contururi
succesive pe care se calculeazd integrala J, si din aceasta, factorii de
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intensitate a tensiunii. S-a aratat ca solutia este stabild incepand cu conturul
numarul 2;

compararea rezultatelor obtinute pentru fisurile ,verticale” de la varful
segmentului de stent. Rezultatele au confirmat ca fisurile de margine sunt
cele mai periculoase;

compararea rezultatelor obtinute pentru fisurile ,orizontale” de la varful
segmentului de stent, cu relevarea existentei Modurilor II si III de
deschidere a fisurii pentru aceste cazuri;

compararea rezultatelor obtinute pentru fisurile din zona ,bratelor”
segmentului de stent. Valorile factorilor de intensitate a tensiunii au fost mai
mici in comparatie cu celelalte doua cazuri;

elaborarea modelelor de calcul Tn programul COSMOS pentru placa
bidimensionala cu fisura inclinata, solicitata la tractiune si calculul factorilor
de intensitate a tensiunii K; si Ky . Se observa o descrestere constanta a

lui Ky pand la un unghi al fisurii de 65°, dupa care raméane constant.
Variatia lui K este mult mai interesanta: creste péna la unghiul de 45°,
dupa care incepe sa scada. Pentru toata plaja de variatie a unghiului S,

Modul I de fisurare este dominant; doar pentru B=65°, K este usor
superior lui Ky ;

elaborarea modelelor de calcul in programul COSMOS pentru placa
bidimensionala cu fisura inclinatd, solicitata la incovoiere si calculul factorilor
de intensitate a tensiunii K; si Kj . Alura graficelor este similard cazului

epruvetelor SECT, dar valorile sunt cu un ordin de marime inferioare;
elaborarea modelelor de calcul pentru placa plana, solicitata la tractiune, cu
doua fisuri colineare avand diverse geometrii si calculul factorului de
intensitate a tensiunii total Ky pentru fisura de margine. S-a pus in
evidenta o variatie redusa a lui Ko functie de cei doi parametri (a si d ).
elaborarea in programul FRANC2D, a modelelor de calcul pentru o placa
bidimensionald, cu doua fisuri, in scopul studierii influentei fenomenului de
interactiune a fisurilor asupra propagarii fisurii-etalon de margine. Fisurile
interactioneza chiar si la distante mari (mai mari decat lungimea fisurii);
interactiunea fisurilor se manifesta pentru diferite configuratii: fisuri de
margine suprapuse, fisuri de margine alaturate, fisura de margine si fisura
interioara; directiile de propagare ale celor doua fisuri prezinta o tendinta
divergenta; interactiunea este mai puternica daca ambele fisuri sunt fisuri
de margine;

conceperea unui program automat de prelucrare a fisierelor-rezultat ale
programului FRANC2D, utilizand mediul de programare Turbo Pascal;

sinteza bibliografica privind realizarea incercarilor experimentale pentru
determinarea integralei critice Jp. ;

conceperea unei metodologii proprii si @ schemei logice pentru determinarea
experimentald a integralei critice Jj. utilizind epruvete nestandardizate;

determinarea experimentald a curbei forta-deplasare pentru epruveta din Al
6060T6, cu fisura initialda de 25 mm si determinarea valorilor compliantei
pentru treptele de incarcare;

determinarea experimentald a lungimii fisurii, utilizand un sistem de captura
video si prelucrarea digitala a imaginilor folosind programul SigmaScan Pro;
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Concluzii si contributii personale - 5

evaluarea lungimii fisurii prin prelucrarea imaginilor video ale epruvetei
folosind softuri specializate reprezintd o metodad precisa si usor aplicabila
oricarei configuratii geometrice;

elaborarea modelelor pentru calculul numeric al rigiditatii epruvetei si
stabilirea relatiei de corespondenta dintre rigiditate si lungimea fisurii;
calculul numeric al integralei J pentru diverse lungimi de fisura (cu aplicarea
fortei determinatd experimental) si trasarea curbei J-R; rezultatele obtinute
prin intermediul modelelor numerice valide au putu fi interpolate dupa o
functie putere;

determinarea grafica a integralei critice Jj. pentru epruveta din AL 6060
T6, aflata in stare plana de tensiune.
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