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1. ASPECTE GENERALE PRIVIND FENOMENUL DE
CONCENTRARE A TENSIUNILOR

Aproape inevitabil, n oricare componentda din structurile ingineresti,
tensiunile variaza de la un punct la altul, cedarile producandu-se in zonele unde
tensiunile sunt relativ mari. Conditiile care pot determina o crestere a nivelului
tensiunii intr-un punct sunt foarte variate, Boresi [1993]:

1). modificarile bruste de sectiune, de exemplu cele produse in sectiunea unei bare
de prezenta unei gauri sau in sectiunea unui arbore de prezenta unui canal de pang;
2). tensiunile de contact in punctele de aplicare a fortelor exterioare, de exemplu la
contactul dintre dintii a doua roti dintate aflate in angrenare, la contactul roata-sina
sau la contactul dintre bilele de rulment si cdile de rulare;

3). defectele de material, de exemplu incluziunile nemetalice dintr-un otel, sau
variatiile de rezistenta si rigiditate ale constituentilor structurali;

4). tensiunile reziduale dintr-o piesa, rezultatul unor prelucrari mecanice
(extrudare, laminare, forjare, turnare), al tratamentelor termice aplicate piesei sau
al operatiilor tehnologice de sudare;

5). fisurile existente intr-o structurd, din diverse cauze (oboseald, sudare,
prelucrare prin aschiere);

6). interfata dintre doua materiale, de exemplu in cazul imbinarilor lipite
caracteristicile mecanice diferite ale adezivului si aderentilor conduc la o concentrare
locald a tensiunilor (Marsavina [2007], Negru [2007], Sinescu [2009]).

Toate aceste conditii, care produc valori si distributii ale tensiunilor si
deformatiilor specifice diferite in mod esential de cele calculate cu formulele simple
ale rezistentei materialelor, sunt denumite concentratori de tensiune sau
discontinuitati.

In cazul unor fincarcari statice, prezenta concentratorilor de tensiune
conduce la o deformare plastica la baza acestora si la o reducere a tensiunii locale,
pentru componentele structurale realizate din materiale cu un comportament ductil.
Astfel, tensiunea criticd o, de rupere, definita ca tensiune nominala globald, va fi

mai mare pentru o componentd cu un concentrator de tensiune, decét pentru o
componenta neteda avand aceeasi sectiune netd, care prezinta o gatuire puternica
inainte de rupere. In schimb, pentru materialele cu un comportament fragil, acest
fenomen nu se produce, existdnd o mare sensibilitate la prezenta concentratorilor
de tensiune. Astel, in general, rezistenta unei componente netede va fi mai ridicata.
Prezenta concentratorilor de tensiune este importanta si in stabilirea duratei
de viata la solicitari variabile, atat in cazul materialelor ductile, cat si a celor fragile.
Din datele publicate in literatura tehnica, referitoare la rezistenta la oboseala a
componentelor netede si respectiv cu concentratori de tensiune pentru diferite
niveluri constante ale amplitudinii, rezulta ca rezistenta la oboseald in prezenta
concentratorilor reprezinta un procent tot mai mare din rezistenta componentelor
netede pe masura ce nivelul tensiunii nominale creste, Stephens [2001].
Actualitatea si importanta problemei cedarii componentelor structurale in
prezenta concentratorilor de tensiune, la solictari statice sau variabile, este dovedita
si prin numarul extrem de mare al lucrarilor stiintifice publicate si indexate in bazele
de date ale editurilor de prestigiu: ScienceDirect - Elsevier peste 500.000, respectiv
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SpringerLink 124.000 articole. Acestora li se adauga monografiile dedicate exclusiv
acestei probleme, doar in ultimul deceniu:

e "Notch Effect in Fatigue and Fracture” (NATO Science Series II:
Mathematics, Physics and Chemistry, vol. 11), Kluwer Academic Publishers, editata
de Guy Pluvinage si Marenglen Gjonaj [2001];

e "The Theory of Critical Distances. A New Perspective in Fracture Mechanics”,
Elsevier [2007], volum in care David Taylor reuseste sa adune toate cunostintele si
dezvoltarile referitoare la evaluarea cedarii componentelor structurale cu
concentratori de tensiune prin aplicarea metodei distantelor critice;

e “Fracture and Fatigue Emanating from Stress Concentrators”, Kluwer
Academic Publishers [2003], volum in care Guy Pluvinage prezinta numeroase
rezultate ale Laboratorului de Fiabilitate Mecanica al Universitatii din Metz referitoare
la problema rezistentei componentelor structurale cu concentratori de tensiune.

De asemenea, conferintele internationale in domeniul Mecanicii ruperii
International Conference on Fracture - ICF 11 Torino (2005) si ICF 12 Ottawa
(2009), precum si cele europene European Conference on Fracture - ECF 16
Alexandroupolis (2006) si ECF 17 Brno (2008) au avut toate organizate sectiuni
speciale dedicate fenomenului de concentrare a tensiunilor.

Tendintele actuale in studiul concentratorilor de tensiune pot fi sumarizate
astfel:

e introducerea unor solutii analitice generale ale cAmpului tensiunilor din zona
concentratorilor, propuse de grupul de cercetatori de la Universitatea din Padova,
coordonat de profesorii Paolo Lazzarin si Bruno Atzori;

e utilizarea Metodei Distantelor Critice pentru evaluarea tensiunilor de rupere
sau de initiere a fisurilor de oboseala pentru componentele cu concentratori;

e extinderea notiunilor din Mecanica ruperii la componentele cu concentratori
de tensiune si introducerea conceptului de factor de intensitate a tensiunii la varful
concentratorului (Notch Stress Intensity Factor);

e utilizarea pe scara larga a metodelor numerice, in particular a metodei
elementelor finite, pentru determinarea cdmpului tensiunilor si evaluarea rezistentei
componentelor stucturale cu concentratori de tensiune (metoda volumetrica,
metoda modelarii fisurii).

Aceasta lucrare are drept obiectiv studiul concentratorilor de tensiune de
tipul neuniformitatilor geometrice (crestaturi, gauri de diferite forme, canale de
pand, caneluri, racordari) si aplicatiile lor in initierea si propagarea fisurilor la
solicitari statice si variabile.

1.1. Concentrarea tensiunilor in domeniul elastic. Coeficientul
teoretic de concentrare a tensiunilor

Concentratorii de tensiune, de tipul discontinuitdtilor geometrice din
componentele mecanice, produc o crestere importantd a tensiunilor si o perturbare
a distributiei acestora, mai mult sau mai putin localizata. Valorile tensiunilor din
vecinatatea concentratorului depind atat de dimensiunile si forma concentratorului,
cat si de incarcarea exterioara, iar in practica inginereasca valorile tensiunilor depind
si de dimensiunile reale ale pieselor.

Fenomenul de concentrare a tensiunilor se exprima prin coeficientul teoretic
de concentrare a tensiunilor, coeficient definit prin relatia:
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0,
K¢ :% (1.1)
n

unde omax reprezintd tensiunea locald maxima la baza concentratorului, iar op

este tensiunea nominald maxima din aceeasi sectiune si corespunzdtoare aceluiasi
punct de la baza concentratorului, dar calculata in absenta acestuia.

Pentru a intelege fenomenul de concentrare a tensiunilor si modul in care se
stabileste tensiunea nominala se considera cazul simplu al placii din fig. 1.1,
solicitata la intindere, si care prezinta un concentrator de tip gaura circulara;
dimensiunile geometrice caracteristice sunt: diametrul gaurii circulare d =2a,
latimea placii H, lungimea ligamentului h = H - 2a si grosimea placii t .
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Fig. 1.1. Distributia tensiunilor intr-o placa cu un concentrator tip gaura circulara

Prezenta gaurii circulare va conduce la o neuniformitate a distributiei
tensiunilor, caracterizatd printr-un varf de tensiune omax Si 0 tensiune nominald

netd op pet , calculatd prin considerarea ariei nete (aria sectiunii transversale din
zona cu concentrator):

F o H-2a)t
Ktn_ max( )

on net=m = = F (1.2)

Examinadnd in continuare fig.1.1, departe de sectiunea critica a
concentratorului, se calculeaza o tensiune nominald globald considerand in calcul
aria bruta (aria sectiunii transversale din zona fara concentrator):

F
on global = HE (1.3)
Astfel, rezultd un coeficient de concentrare teoretic global:
K., — %max _ _ %max Ht _ %max H =K H (1.4)
on global F on net (H-2a) (H-2a)

in general, valorile coeficientilor K¢y, si Ky sunt diferite; spre

exemplificare, se prezinta in fig.1.2 pentru placa slabita de o gaura circulara,
variatia celor doi coeficienti in functie de raportul dintre diametrul gaurii si latimea
placii, Peterson [1974]. Se observa cu usurinta ca valorile celor doi coeficienti sunt

BUPT



relativ apropiate pentru valori reduse ale raportului d/H , atunci cand nu conteaza

daca se utilizeaza in calcule aria neta sau cea bruta.
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Fig. 1.2. Variatia coeficientului de concentrare teoretic net K, respectiv global th ,

pentru concentratorul tip gaura circulara (Peterson [1974])

La modificarea dimensiunilor relative, pentru valori mari ale raportului d/H ,
diferentele dintre valorile celor doi coeficienti de concentrare a tensiunilor Ky, si
Ktg devin importante, iar variatia fiecdruia dintre ei este sensibil influentata.

0.a
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In continuare, in lipsa altor precizdri suplimentare, se va utiliza pentru
coeficientul teoretic de concentrare a tensiunilor notatia Ky, intelegand ca se referd

la valoarea neta a acestuia.

Astfel definit, ca un factor de multiplicare a tensiunii nominale, Kt
reprezintd o masura a severitatii fenomenului de concentrare a tensiunilor. Este
important de subliniat ca deformatiile sunt presupuse a fi elastice, coeficientul
teoretic de concentrare a tensiunilor K; fiind un concept in mod esential elastic.

In functie de geometria piesei cu concentrator si de natura solicitdrii, valorile
coeficientului de concentrare a tensiunilor Ky se determind prin metode analitice pe

baza teoriei liniare a elasticitatii, prin metode numerice de calcul, cea mai utilizata
fiind metoda elementului finit, sau prin metode experimentale, ca de exemplu
fotoelasticitate, termoelasticitate sau tensometrie electrica rezistiva. Asemenea date
sunt cuprinse in indrumarele de proiectare, de exemplu Young [2002], Pilkey
[1997], [2005], si in monografiile de specialitate, cele mai renumite fiind cele ale lui
Neuber [1958] si Peterson [1974]. Aceste monografii prezinta relatii de calcul
pentru valorile coeficientului de concentrare a tensiunilor K¢ pentru o mare

diversitate de probleme: probleme biaxiale, probleme axial-simetrice, probleme
triaxiale si cateva probleme speciale.

1ao
a0 A
fisurs strapunsd

30 A 4

o

b

70 1

[MPa]

gaursd eliptics

Qaurs ciroulars

tensiunes norinala
I:I T T T T

0.00 0.25 0.50 0.75 1.00 1.25
Distanta de la baza concentratorului [mm]

Fig. 1.3. Distributia tensiunii normale o, in functie de distanta de la baza concentratorului

pentru trei forme diferite ale concentratorului (gaura circulara, gaura eliptica, fisura
strapunsa)

Distributia tensiunilor in vecinatatea concentratorului si valorile coeficientului
de concentrare depind, asa cum s-a precizat, de forma concentratorului. In fig.1.3
este ilustrat acest efect la o placa infinita solicitata la intindere uniaxiala uniforma cu
o tensiune o, = 10 [MPa], pentru trei forme ale concentratorului: gaurd circulard cu
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diametrul d:2a:5[mm] (Timoshenko [1970]), gaura eliptica cu raportul
semiaxelor a/b=2.5 (Schijve [2001]) si fisura strdpunsa de lungime 2a

(Westergaard [1939]).

Distributiile din fig. 1.3 indica modul in care tensiunile descresc cu distanta, pornind
de la baza concentratorului, de-a lungul axei x . Pentru concentratorul de tip gaura
circulard, se observd ca tensiunea locald maximd@ omgx atinge valoarea de

30[MPa], careia ii corespunde un coeficient de teoretic de concentrare a tensiunilor
K¢ = 3. Daca se inlocuieste gaura circulard cu una de forma elipticd, axa mare a

acesteia fiind orientatd perpendicular pe directia de solicitare, tensiunea locala
maxima omax ramane finita, dar conduce la un coeficient de concentrare mai mare

Ky =6 . De fapt, gaura circulard reprezintd un caz particular, si anume, elipsa cu
semiaxele egale a=b. Se verificd cu usurintd acest lucru plecand de la expresia
coeficientului de concentrare a tensiunilor Ky data de Schijve [2001] pentru

concentratorul eliptic (raza la varful elipsei este p = b2/a ):

/<t_1+zi_1+2\/E . (1.5)
b P

in cazul fisurii strépunse, avand raza la varf p =0, tensiunea locald maximi este
teoretic infinitd, cdmpului de tensiune fiind singular la varful fisurii. Cu toate
acestea, la o distanta semnificativa de la baza concentratorului tensiunile produse
de gaura circulara, respectiv elipticd, devin mai mari, indicaind o descrestere mai
IentéAcu distanta. Asupra semnificatiei acestei observatii se va reveni in subcapitolul
1.2. In plus, pentru toate cele trei cazuri, tensiunile tind asimptotic spre valoarea
tensiunii nominale.

Valorile coeficientul de concentrare a tensiunilor Ky depind si de tipul

solicitarii, dupa cum se poate observa din fig. 1.4, in cazul simplu al unei bare
cilindrice prevazuta cu un canal circumferential (renurd), pentru aceleasi dimensiuni
si forma a concentratorului.

Pentru bara cilindrica din fig. 1.4, de exemplu in cazul solicitarii de tractiune,
starea de tensiune este biaxialda la suprafata concentratorului, si, devine triaxiala,
spre interior. Tensiunea normala paraleld cu axa barei este maxima chiar la baza
concentratorului, acolo unde si tensiunea circumferentiala este maxima, cele doua
reprezentand chiar tensiunile normale principale o; si o> (fig. 1.5), Constantinescu
[2003]. Tensiunea normald radiald o3 este nuld, fiind perpendiculard pe suprafata
barei. In aceastd situatie, devine necesard definirea coeficientilor de concentrare
pentru tensiunile principale:

Keq = (omax); , K= (omax)2 . Kes - (omax)3

on on on

(1.6)

Asa cum se poate defini in acest caz o tensiune echivalentd ocgcp, de exemplu dupd
teoria energiei potentiale de deviatie (criteriul Maxwell-Huber-Hencky-von Mises)

f 2 2
Oech =407 — 0102 + 05 =0}

(1.7)
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Fig. 1.4. Variatia coeficientului de concentrare teoretic net K¢ la o bara cilindricd cu un
canal circumferential pentru diferite solicitari (tractiune, incovoiere, torsiune)

se poate defini si un coeficient de concentrare a tensiunii echivalente (1.8):

2 2
Ktechz—(o-maX)eCh=ﬂ\/1—0—2+[a—2] :Kt\/1—0—2+[0—2J . (1.8)

on on o1 o1

Luarea in considerare a starii de tensiune biaxiale (sau triaxiale), prin utilizarea
teoriei energiei potentiale de deviatie, are ca rezultat acceptarea la baza
concentratorului a unui coeficient de concentrare K¢eecn mMai mic decat cel

determinat pentru tensiunea maxima K;. In general, valoarea lui K;ecp reprezintd

aproximativ 90-95% din cea a lui K¢, Neuber [1958].

La materialele ductile, cum aceasta teorie constituie un criteriu de
plasticitate, coeficientul de concentrare echivalent Kiecp indicd aparitia

deformatiilor plastice (mai ales in cazul solicitarilor variabile) in zona de la baza
concentratorului, care preced initierea fisurii de oboseald (Rusu [1992]).

10
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Fig. 1.5. Tensiunea echivalentd ogcp si tensiunile principale o7,02,03 pentru bara
cilindrica cu un concentrator in forma de canal circumferential

Coeficientul teoretic de concentrare a tensiunilor K; este un concept in mod

esential elastic; depinzand de forma si dimensiunile concentratorului si de modul de
aplicare a incarcarii, el se aplica mai cu seama materialelor liniar elastice. In
practica inginereasca, care implicd materiale reale, rezistenta reald a unei piese este
diferitda de cea care se obtine prin utilizarea coeficientului teoretic de concentrare
K¢, mai ales in cazul solicitarilor variabile sau dinamice.

Asadar, devine utila introducerea conceptului de coeficient efectiv de
concentrare a tensiunilor:

o f
Kof = max e ) (1.9)

On

In mod uzual, pentru un anumit concentrator, coeficientul efectiv de concentrare
Ker , determinat pe cale experimentald, este mai mic decét cel teoretic K; :

1<Ker <K . (1.10)

Relatia dintre cei doi coeficienti K¢ si Ker de concentrare a tensiunilor, se

exprima prin introducerea coeficientului de sensibilitate la concentrarea tensiunilor
g, Boresi [1993] (denumit in literatura tehnica si coeficient de reducere a

rezistentei la rupere, respectiv coeficient de reducere a rezistentei la obosealad
pentru solicitarile ciclice):

_ Ker -1

=% "1 (1.11)

cu ajutorul caruia se poate exprima tensiunea efectiva maxima de rupere:
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Omax ef =On [Q(Kt _1)+ 1] . (1.12)

Daca, pentru un material si 0 anumitd geometrie a concentratorului, coeficientul de
sensibilitate g = 1, atunci Kgr = K¢, se spune ca piesa si materialul din care aceasta
este realizata sunt deplin sensibile la efectul de concentrare a tensiunilor; este cazul
materialelor fragile, pentru care liniaritatea dintre tensiuni si deformatiile specifice
se pastreaza pe masura cresterii sarcinii aplicate pana aproape de rupere. Pentru un
coeficient de sensibilitate g =0, valoarea lui Kgr =1, iar materialul si piesa sunt
insensibile la efectul de concentrare a tensiunilor. La materialele ductile, dupa
depasirea limitei de curgere, tensiunile maxime la baza concentratorului cresc mult
mai lent decat deformatiile specifice, distributia acestora devenind tot mai uniforma
pe masura ce tensiunea nominald de incarcare creste, valoarea coeficientului efectiv
de concentrare Kqr apropiindu-se de unitate.

Valorea coeficientului de sensibilitate g depinde de numerosi factori, cei mai
importanti fiind: tipul de incarcare aplicata (statica, soc, variabild), existenta
tensiunilor reziduale in piesa, caracterul structurii interne a materialului, gradul de
finisare a suprafetei in zona concentratorului, gradientul tensiunilor de la baza
concentratorului, temperatura de lucru.

1.2. Gradientul tensiunilor de la baza concentratorului

Determinarea tensiunii maxime omax, respectiv a coeficientului de
concentrare K, nu este suficientd pentru cunoasterea campului de tensiune de la

baza concentratorului. In plus, este necesara stabilirea gradientului tensiunii, adica
a modului n care aceasta tensiune descreste cu distanta de la baza
concentratorului, marime extrem de importanta in evaluarea rezistentei la oboseala
a componentelor cu concentratori si in determinarea factorilor de intensitate a
tensiunii pentru fisurile initiate in zonele de concentrare a tensiunilor.

Ty

Orng| |

Fig. 1.6. Gradientul tensiunii

Dupa propunerea lui Siebel [1955], gradientul relativ al tensiunii este definit
prin relatia
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1 do
z= -~ , (1.13)
Omax dx X=Xg

unde Xxp este coordonata punctului in care se produce tensiunea maxima
Oy = Omax - S€ observa din fig. 1.6 ca gradientul tensiunii este chiar panta curbei de
variatie a tensiunii normale Oy -

in timp ce, pentru coeficientul de concentrare K¢ sunt disponibile
nomograme, tabele, relatii, gradientului relativ al tensiunii y i s-a acordat o mai

micd importantda, Constantinescu [2003]. Cele mai cunoscute si citate sunt
rezultatele date de Siebel [1955], chiar daca, deoarece nu tin seama de
dimensiunile globale ale pieselor prezentate, expresiile de calcul ale gradientului
relativ al tensiunii sunt aproximative. Explicatia este motivata de faptul ca
gradientul este influentat in mod esential de raza de la baza concentratorului si mai
putin de celelalte dimensiuni.

Solutia exacta pentru distributia tensiunilor la placa infinita, slabita de o
gaura eliptica sau circulara, solicitata la intindere uniaxiala uniforma este
binecunoscuta (fig. 1.7).

V4
y 111
5 - N
1) b :
U_‘f 5 a/h =25
_ =
5i 4 o ¥ ,a=b‘2,|":5'
ip
R
3 -
a=35 [mm]
5 gaurd  elipticd | [Ky=6)
1 -
gaurd  circwlard (K = 3)
] T T T T xlll'a

1.0 1.5 2.0 2.5 3.0 3.5

Fig. 1.7. Distributia tensiunilor normalizate o-y/o- si a gradientului relativ normalizat yp

n functie de distanta normalizatd x/a de la baza concentratorului
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Dupa Schijve [2001], pentru gaura eliptica relatia de calcul a tensiunii oy
de-a lungul axei x este:

(O'y )y:O 14 a(a_Zb)(X— X2 —Czj(xz —C2j+ab2(a—b)x
’ R

unde c2:a2—b2; pentru x =a se obtine din (1.14) tensiunea maxima si
coeficientul de concentrare:

amaxzo[uz%j:o[uz\/a = Kt:1+2%:1+2\/§ ; (1.15)

pentru a=>5 si a/b=2.5 rezultd un coeficient de concentarea a tensiunii Kt =6 .

Concentratorul tip gaura circulara reprezinta un caz particular, si anume elipsa cu
semiaxele egale a = b, relatia (1.14) se simplifica astfel:

2 4
M:“i(ij +£(£J ) (1.16)

o 2\ x 2\ x

, (1.14)

tensiunea maxima si coeficientul de concentrare devenind:
Omax =30 = Kg=3 . (1.17)

in fig. 1.7 sunt reprezentate, pentru 2a=>5[mm], distributiile tensiunii
(O-y)y=0’ normalizata cu tensiunea nominala de intindere o, in functie de distanta

de la baza concentratorului x, normalizatd cu semideschiderea acestuia a, pentru

cele doua tipuri de concentratori. Pentru gaura eliptica, gradientul tensiunii la baza
concentratorului, adicd pentru x = a, se obtine din (1.14) prin diferentiere
1 | omax

[dﬂJ __(2+_J , (1.18)
dx Kt P

semnul minus avand doar o semnificatie fizicd, respectiv descresterea pantei
tensiunii maxime. Se observa ca gradientul negativ este direct proportional cu
tensiunea maxima si invers proportional cu raza de la baza concentratorului.
Coeficientul de concentrare Ky, prezent prin termenul de proportionalitate

X=a

(2+1/K¢), nu are un efect important in valoarea gradientului (Schijve [1980]). Din

(1.18), prin rescrierea relatiei, se obtine expresia gradientului relativ al tensiunii de
la baza concentratorului:

Omax \ dX )| __ Ke)p '
cu valorile 0.933 [ MPa/mm‘lJ pentru gaura circulara, respectiv

5.416 [MPa/mm‘l} pentru cea eliptica (semnul minus al gradientului a fost omis, el
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avand doar o semnificatie fizicd). Se observa cu usurinta si din fig. 1.7 ca tensiunile
scad mult mai rapid la baza concentratorului eliptic.

Pentru a asigura comparabilitatea diferitilor concentratori se utilizeaza in locul
gradientului relativ al tensiunii y produsul yp, Filippini [2000]:

-2+ L 1.20
P K , (1.20)
reprezentand gradientul relativ al tensiunii pentru o razd p la varful

concentratorului egald cu unitatea. De exemplu, pentru concentratorul eliptic din fig.

1.7 produsul yp |x:a = % =2.167 , iar pentru gaura circulara devine g= 2.333.

Produsul yp depinde putin de geometria concentratorului si la solicitari de tractiune
se poate accepta aproximarea

w=2 , (1.21)
iar la incovoiere si torsiune se scrie o relatie similara:
x=2/p+2/d , (1.22)

unde d este diametrul piesei, Rusu [1992].

Gradientul tensiunii la baza concentratorului, dupa cum aratd Schijve
[2001], ofera o indicatie asupra volumului de material puternic solicitat. Astfel,
considerand cd tensiunea normala o, scade cu 10%, de la varful omay la valoarea

0.9 omax , Pentru concentratorul tip gaura circulara:

oy

dx
rezultd o distantd de la baza concentratorului x =107 um, distantd care este de
acelasi ordin de marime cu dimensiunea medie a grauntilor. Asadar, grauntii de la
suprafata concentratorului sunt puternic solicitati, raza de la baza acestuia fiind
importanta in initerea fisurilor la solicitari ciclice.

In cele mai multe cazuri, efectul dimensiunilor finite ale pieselor consta in
modificarea valorii gradientului relativ al tensiunii. Pentru placi de latime finita
Filippini [2000] determina expresiile gradientului relativ al tensiunii pentru cateva
tipuri de concentratori: gaurda circulara (Howland [1930]) si eliptica (Neuber
[1958]), concentratori laterali si centrali rotunjiti (Xu [1995], Glinka [1987],
concentratori laterali de forma hiperbolica (Neuber [1958] sau semicirculara (Ling
[1947]).

3) 25 X ’ (1.23)

= —(2+ij 9max _ _9%9max *0.90‘max

X=a

1.3. Concentrarea tensiunilor in domeniul elasto-plastic.
Coeficientul de concentrare a tensiunilor si a deformatiilor

Cat timp tensiunea maximd@ omax la baza concentratorului rdmane in

domeniul liniar-elastic, tensiunile si deformatiile specifice sunt proportionale, iar
coeficientul teoretic de concentrare a tensiunilor Ky va descrie atat concentrarea
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tensiunilor cat si a deformatiilor specifice; cu alte cuvinte, deformatia specifica
maxima emax la baza concentratorului se poate determina din relatia:

emax =Keen (1.24)

unde &, reprezintd deformatia specificd nominald maxima din aceeasi sectiune si
corespunzatoare aceluiasi punct de la baza concentratorului, dar calculata in
absenta acestuia (& = o /E).

in cazul componentelor reale cu concentratori, chiar si pentru tensiuni
nominale relativ reduse, tensiunea locald maximd omax depdseste adeseori
valoarea limitei de curgere o, la solicitarea staticd. Astfel, aparitia deformatiilor

plastice in zona de la baza concentratorului determina o tensiune locald maxima mai
micd decat valoarea ei calculata cu relatia Ktop; In schimb, deformatia specifica

maxima emax Va depdsi valoarea stabilité din considerente elastice.

& -
l -
!
| |
. H I . . al I .
! v |
!
I A & Smax
i K ﬂ-ﬂ
i I nomn KoaE
v ol tenanmn
|: £
| | ff | l1.
,'h v Trnax y. !
&,
X s ft_ﬁrﬂo_m__rf / "
% Trog S X
"-\I X T )
[y |
£,
o I : o
444 ' &R Tl T I I F5 53 ! M5 FH
[ L I
| Lo _ |
. . 2{& 5 . fnom g Tfmax £ L . !25_ . N
oW K L
o i o o E i =
= | 2 |

Fig. 1.8. Distributia tensiunilor si a deformatiilor specifice pentru un material cu o
comportare elasto-plastica

in aceste conditii, utilizarea coeficientului teoretic K; pentru a descrie
fenomenul de concentrare a tensiunilor si deformatiilor specifice la baza
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concentratului nu mai este posibila. Devine necesard definirea unui coeficient de
concentrare a tensiunilor K, si a unui coeficient de concentrare a deformatiilor

specifice K, prin relatiile:

Omax fmax

Ky =—"9% , K,=-12% | (1.25)
On én

in fig. 1.8 este ilustrat acest fenomen pentru un material cu o comportare elasto-

plasticd a carui curba caracteristica este neliniara. Asadar, daca valoarea

coeficientului teoretic de concentrare K; depinde de geometria concentratorului si

tipul incarcarii, este de asteptat ca valoarea coeficientului efectiv de concentrare sa

depind3, in plus, si de natura materialului, prin curba lui caracteristica.

Valorile coeficientilor K, si K, se determind prin metode experimentale,
prin metode numerice sau pe baza unor modele analitice. Unul dintre primele
modele analitice propuse este cel al lui Hardrath [1951], care generalizeaza solutia
data de Stowell [1950]. Dupa acest model analitic, coeficientul de concentrare a
tensiunilor Ko, respectiv coeficientul de concentrare a deformatiilor specifice K,

sunt dati de relatiile
Ko-1 Eg K +1 E
=—= , K,= 1+—| ,
Ki—1 E : KU—I( +Es] (1.26)

unde E; este modulul de elasticitate secant al materialului determinat pentru
punctul de tensiune maxima, cu alte cuvinte:

o
Eg = Zmax
£max

Cele mai cunoscute si mai utilizate modele analitice sunt datorate lui Neuber [1961],
respectiv Molski [1981] si Glinka [1985], [1985a].

1.3.1. Regula lui Neuber

Regula lui Neuber [1961], obtinuta pentru starea plana de forfecare pura in
cazul unor concentratori tip crestatura de forma hiperbolica, exprima coeficientul de
concentrare teoretic Ky ca media geometrica a coeficientilor de concentrare a

tensiunii K, si a deformatiei specifice K, :
KoKe =KZ . (1.27)
Inlocuind in (1.27) relatiile (1.25), regula lui Neuber se scrie si in forma urmatoare:
Omax €max = Ktz onén (1.28)

care postuleaza cd produsul omax émax €ste proportional cu predictia elastica.

Neuber a presupus ca relatia propusa isi pastreaza valabilitatea pentru orice tip de
concentrator si orice stare de solicitare. Verificarile ulterioare au demonstrat ca
regula lui Neuber furnizeaza rezultate precise pentru aplicatiile de stare plana de
tensiune (de exemplu, la intinderea placilor subtiri) si rezultate mai putin exacte
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pentru aplicatiile de stare plana de deformatie (intinderea placilor groase), lipsa
preciziei fiind explicata de multiaxialitatea starii de tensiune.

Pentru a determina tensiunea omgx i deformatia emzx la baza
concentratorului, dupa regula lui Neuber, se porneste de la valoarea coeficientului
teoretic de concentrare Ky si de la valorile nominale ale acestora, o, si ¢, . Astfel,
termenul din dreapta al relatiei (1.28) devine o constantd, iar expresia reprezinta
ecuatia unei hiperbole, denumita hiperbola lui Neuber. Acesteia i se adauga ecuatia
ce exprimd legdtura dintre omax Si emax la baza concentratorului prin legea
constitutiva a materialului, de exemplu de tip Ramberg-Osgood:

o o n
ey = n;ax+( n;(axjn ) (1.29)

unde k si n sunt modulul de ecruisare, respectiv exponentul de ecruisare, la
solicitari statice. Sistemul format de cele doua ecuatii (1.28) si (1.29) se poate
rezolva numeric sau grafic (coordonatele punctului de intersectie a celor doua curbe
reprezinta chiar valorile cautate).

Pentru un comportament nominal liniar-elastic, adicd &, = on/E, regula lui

Neuber se reduce la relatia

K
Omax €max :—( t;n)z ’ (1.30)

unde nlocuind emax din (1.29) se obtine ecuatia:

1
— 2
O'rznax . %max |n _ (Kto'n) . (1.31)
E max| " E

Aceasta ecuatie (1.31) modeleaza raspunsul materialului prin doua legi constitutive
diferite: legea lui Hooke pentru raspunsul nominal, respectiv Ramberg-Osgood
pentru cel de la baza concentratorului.

Daca tensiunea nominald o, este mai mare decét limita de proportionalitate

(aprox. 0.8c.), pentru un comportament nominal neliniar, in ecuatia (1.31) si
tensiunea nominald o, se exprimd dupa relatia Ramberg-Osgood:

0'2 loJ i 2 0'2 leJ l
—”é"’xwmax( ”LaX]” = K¢ —”+a,,[_”jn : (1.32)

E k

In fig. 1.9 se prezinta modul in care se determina pe cale grafica valorile
omax SI €max Ppentru tractiunea uniaxiald a unei pldci cu un concentrator avand

coeficientul teoretic de concentrare Ky =3. Materialul placii este un aliaj de
aluminiu EN AW 6060 T66 - o, =220.92[MPa], o =193.92[MPa], pentru care

curba caracteristicd o -¢ este reprezentata prin relatia Ramberg-Osgood, cu
parametrii E =67290 [MPa], k =245.79 [MPa] si n=0.0409 determinati din
datele finregistrate pentru fincercarea de tractiune. Pentru valorile nominale
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op =90.50 [MPa] si sn:1.345-10‘3[mm/mm] se obtin valorile maxime

Omax = 193.25 [MPa] si smaX:5.6817~10*3[mm/mm], carora le corespund
coeficientii de concentrare a tensiunii K, =2.135 si a deformatiei specifice

K, =4.224 .

Daca la baza concentratorului apare o zona plastica, utilizand solutia grafica
prezentatd, se poate determina tensiunea reziduala dupa o descarcare elastica:

Orez = Omax — K¢ o = 193.25 - 3.90.50 = -78.25 [MPa] . (1.33)

Pentru componentele de grosime mare la care starea de tensiune la baza
concentratorului este multiaxiala, predictiile dupa regula lui Neuber sunt mai putin
exacte. O prezentare a numeroaselor incercari de a imbunatati aceste rezulate, prin
modificari aduse regulii lui Neuber, este facuta de Zeng [2001].

230
[
[MPa] 1
200 4 1
Triax h £
\ curba caracteristicd [Ramberg - Osgood ) 5 =2 +[E]r"
150 4 \ £k
\
L)
]
100 4, “‘ Riperbolz ."u."z MNevbear
e \_._.-f""# Trnax Emax = Ff Tnep
0 ' e,
Srnax
D T T T T T T T

0.01 0.0z 0.03 0.04 0.05 0.0a 0.07
g [mmm,/mmm ]

fn

Fig. 1.9. Utilizarea regulii lui Neuber pentru determinarea graficd a valorilor omgx Si émax
pentru aliajul de aluminiu 6060 — T66

1.3.2. Regula lui Glinka

Modelul analitic propus de Molski [1981] si Glinka [1985], denumit si
modelul densitatii energiei de deformatie sau regula lui Glinka, se bazeaza pe
ipoteza ca densitatea energiei de deformatie la baza concentratorului este aceeasi
pentru un comportament liniar-elastic We si elasto-plastic Wy, daca zona plastica

de la baza concentratorului este mica.
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Pentru starea de tensiune plana si acceptand un comportament liniar-elastic
la baza concentratorului - &=0/E §i omax = Kton, densitatea energiei de

deformatie W, se scrie (fig. 1.10):

Kt‘?n KtUn (K )2
We = J. ode = %daz% . (1.34)
0 0

Daca la baza concentratorului comportamentul este elasto-plastic (fig. 1.10), pentru
un material a carui curba caracteristica ¢-o este de tip Ramberg-Osgood,
densitatea energiei de deformatie devine:

Emax Omax 1 1 o — 0_2 - - il
w, = j de = J. L. - |on do = Zmax max | Omax |n )
p ) oas ! c E+nk(kj °T72F "hr1\ Tk (1.35)

Din egalitatea We =Wy, se deduce regula lui Glinka pentru calculul tensiunii
maxime locale opgx la baza concentratorului:

1
(Kto'n)z _ Ur%ax + 20max ( Omax |n (1.36a)
E E n+1 k !

valoarea deformatiei specifice emax rezultand din (1.29).

4
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Fig. 1.10. Reprezentarea grafica a regulii lui Glinka [1985]
Comparand relatiile (1.31) si (1.36), se observa ca singura diferenta fata de
regula lui Neuber este reprezentatd de factorul 2/(n+1). Intrucdt n<1, acest

factor este supraunitar, rezultand in baza ecuatiei (1.36) valori calculate mai mici
pentru tensiunea de la baza concentratorului, in comparatie cu cele determinate
dupa regula lui Neuber.
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Pentru valori ale tensiunii nominale peste limita de proportionalitate ecuatia
(1.36a) ia forma urmatoare:

2 — 2 —
2| %n %n (%n |n Omax , 2%max ( Cmax |n
KE| ==+ —| =+ = ’ .

t 25+n+1[k] E ' n+i ( K j (1.36b)

Trebuie subliniat ca validitatea ecuatiilor (1.36a) si (1.36b) in conditii elasto-plastice
este ipotetica, si in consecinta trebuie verificatd. Ulterior, pentru intervalul
0.80¢ < op < oc, Glinka [1985a] a introdus un factor de corectie Cp care sa tina
cont de cresterea dimensiunii zonei plastice, relatia (1.36a) transformandu-se dupa
cum urmeaza:
1
2 —
C (KL“O'n)2 _ %max +20'max %max |n . (1.37)
P E E n+1 k

Expresii pentru calculul factorului de corectie Cp, la solicitdri de intindere si

incovoiere, au fost propuse de catre Glinka [1985a], pornind de la expresia
campului de tensiune din vecindtatea concentratorului data de Creager [1967].

O relatie similaréa cu (1.37) este propusda si pentru starea pland de
deformatie, cand la baza concentratorului starea de tensiune este biaxiala. Pentru a
tine cont de efectul componentei o, relatia uniaxiald o -¢ este translatata intr-

una biaxiald o & , In baza relatiilor de transformare propuse de Dowling [1979].
Astfel, in conditiile starii plane de deformatie, relatiile prin care se determina valorile

locale maxime omax Si ¢max devin:

1
* * —
by = Zmax. | Omax M (1.38)
E" K*
1
* * * —
C (Ktan)z = Um%X 5 20max | max |N (1.39)
P * - * * * 7
E E n +1 k

unde E*, k*, n* se determing pentru valorile transformate o —&t.

Verificarile efectuate la tractiune si incovoiere de Glinka [1985], [1985a]
pentru o serie de materiale si tipuri de concentratori, au demonstrat o foarte buna
concordanta intre valorile calculate dupa regula densitatii energiei de deformatie si
datele experimentale, diferentele nefiind mai mari de 10% .

La solicitarea de incovoiere, regula lui Glinka furnizeaza estimari precise si
pentru tensiuni nominale ce depadsesc limita de curgere, adicd pentru o <op .
Aceste rezultate sunt explicate de faptul ca atingerea limitei de curgere la baza
concentratorului nu produce o curgere plastica generalizatd, in intreaga sectiune.

1.3.3. Studiu comparativ intre regulile lui Neuber si Glinka

Comparatia intre rezultatele furnizate de cele douad reguli se realizeaza
pentru problema tractiunii uniaxiale a unei placi cu un concentrator de tip gaura
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circulard avand coeficientul teoretic de concentrare K = 3. Materialul placii este
aliajul de aluminiu EN AW 6060 T66 (vezi 1.3.1 pentru caracteristicile mecanice),

iar starea de tensiune este plana.

Utilizdnd cele doua metode expuse, se traseaza variatia coeficientilor de
concentrare a tensiunii si deformatiei specifice (fig. 1.11). in domeniul liniar-elastic,
tensiunile si deformatiile specifice fiind proportionale, coeficientul teoretic de
concentrare K; descrie atat concentrarea tensiunilor cat si a deformatiilor specifice,

adicd Ky =K, =K, = 3. Pe masurd ce tensiunea de la baza concentratorului creste,
incepand de la valoarea omax = 0.8 0, coeficientul de concentrare a tensiunilor K

scade apropiindu-se de unitate, iar coeficientul de concentrare a deformatiilor
specifice K, creste treptat, datoritd cresterii deformatiilor plastice de la baza

concentratorului.

3
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Fig. 1.11. Variatia coeficientilor de concentrare a tensiunii Ko si a deformatiei specifice K,

pentru aliajul de aluminiu 6060 — T66 la tractiune uniforma uniaxiald (K¢ = 3)

Comparand rezultatele obtinute prin cele doua metode, predictiile dupa regula lui
Neuber sunt superioare cu pand la 5% pentru coeficientul de concentrare a

tensiunii K, . Diferente mai mari intre estimadrile date de cele doud modele analitice
se obtin pentru coeficientul de concentrare a deformatiei specifice K., pentru valori
ale tensiunii nominale ce depdsesc limita de proportionalitate acestea fiind intre
35-40% . Aceste diferente mari sunt explicate partial de valoarea mica a
exponentului de ecruisare al aliajului de aluminiu EN AW 6060T66 . Rezultatele
prezentate in literaturda dovedesc ca regula lui Neuber supraestimeaza predictiile cu
pand la 20%, iar metoda lui Glinka furnizeaza rezultate destul de exacte pentru K¢
in domeniul 1.97 -4.6 daca deformatiile specifice nu depasesc 1.5 -2%, dupa
verificarile experimentale efectuate de Ostash [2003].
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1.4. Factorul de intensitate a tensiunii

Factorul de intensitate a tensiunii K este un concept fundamental in
mecanica ruperii liniar-elastice care descrie distributia tensiunilor din vecinatatea
varfului fisurii. Se considera o fisura strapunsa intr-un corp omogen si izotrop
bidimensional infinit, cu o comportare liniar-elastica, solicitat in modul I (fig. 1.12).

Pentru a caracteriza céampul tensiunilor in vecinatatea varfului fisurii
(r << a), intr-un punct de coordonate (r,a), Irwin a propus urmatoarea exprimare

aproximativa a componentelor starii de tensiune:

K1 6 .0 . 30
Ox = cos —|1-sin—sin=—
2rr 2 2 2
oy = I cos£(1+sin£sinﬁj (1.40)
y N2nr 2 2 ’
Txy = K1 cos 0 sin 4 cos 30
T 20022
il (1.40a)
o7 =1yz; = 7zx = 0 — pentru starea pland de tensiune
Oz = V(O'x + O'y)/ tyz =7zx = 0 - pentru starea plana de deformatie, (1.40b)
unde
K =oyrza [MPaym] , (1.41)

este denumit factorul de intensitate a tensiunii in modul I, ingloband dimensiunea
fisurii prin semilungimea ei a si intensitatea solicitarii prin tensiunea o aplicata.

fisurd

i

Fig. 1.12. Tensiunile elastice in vecinatatea varfului fisurii

in plus, starea de tensiune mai este determinata de un termen singular 1/ 2rxr si
trei functii de pozitie de unghi 4. Intr-un punct dat, tensiunile depind doar de
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factorul de intensitate Kj;, un parametru important in mecanica ruperii. Similar,

pentru celelalte doua moduri de propagare a fisurii se poate defini cate un factor de
intensitate a tensiunii - K7 , K7 -

Expresiile factorilor de intensitate ai tensiunii depind de geometria corpului
si de modul de solicitare. Asa cum este definit prin (1.41), factorul de intensitate a
tensiunii Ky corespunde unui corp bidimensional de dimensiuni infinite, solicitat la

intindere uniformd@ perpendicular pe directia de propagare a fisurii. Efectul
geometriei corpului asupra factorului de intensitate se rezuma in aceasta situatie
doar la semilungimea fisurii. Pentru corpuri finite, expresiile factorilor de intensitate
ai tensiunii contin pe langa dimensiunea fisurii si alti parametrii dimensionali ce
caracterizeaza geometria corpului; in monografiile lui Tada [1985] si Murakami
[1987], [1992] sunt prezentate expresiile factorilor de intensitate ai tensiunii pentru
o mare diversitate de configuratii geometrice si tipuri de incarcari.

Distributia tensiunii normale o, prezentatd in fig. 1.12 pentru ¢ = 0 indica

o singularitate a tensiunii la r =0, adica tensiunea oy — o« atunci cand r —» 0.

Aceastd singularitate este dominantd in imediata apropiere a varfului fisurii, relatiile
(1.40) neglijand in aceastd regiune ceilalti termeni nesingulari. In baza acestei
distributii, Pluvinage [2003] arata ca factorul de intensitate a tensiunii pentru fisura
se poate scrie si in forma urmatoare:

Kp =427 lim cry(r,H:O)\/F . (1.42)
r—0 '

in realitate tensiunea nu este infinitd la varful fisurii, materialele reale
manifestand efecte de plasticitate datoritd concentrarii puternice a tensiunilor si
deformatiilor. Se formeaza astfel la varful fisurii o zond deformata plastic (enclava
plasticd) ale carei forma si dimensiuni depind de starea de tensiune si deformatie.

Pe baza solutiei elastice (1.40), pentru =0 si oy = o¢, se poate realiza o

aproximare a razei zonei plastice r, de la varful fisurii pentru starea plana tensiune:

2
i[ﬁ] _ (1.43)

n =
P~ 2z oc

Pentru starea planda de deformatie, pe baza criteriului de plasticitate von Mises,
expresia razei zonei plastice este:

2
r :i(ﬁj , (1.44)
67\ oc

rezultand o valoare sensibil mai mica decat pentru starea plana de tensiune.

Cu toate acestea, daca raza zonei plastice de la varful fisurii este relativ
mica in comparatie cu celelalte dimensiuni geometrice, factorul de intensitate a
tensiunii se poate utiliza in forma data de mecanica ruperii liniar-elastice in regiunea
de la varful fisurii denumita de dominanta K.

Evaluarea factorului de intensitate a tensiunii pentru o problemad data se
poate face prin metode analitice (metoda aproximatiilor asimptotice, metoda
colocatiei, metoda transformarilor conforme, metoda transformarilor integrale), prin
metode numerice sau prin metode experimentale (fotoelasticitate, tensometrie
electrica rezistiva, interferometrie).
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1.4.1. Solutia Williams pentru concentratori in forma de V cu raza
de racordare la varf egala cu zero (singulari)

Williams [1952] a demonstrat primul existenta unui camp de tensiune
singular pentru concentratorii ascutiti a caror raza la varf p =0, in ipoteza starii

plane de tensiune. In cazul limitd 2¢ = 27z concentratorul ascutit devine o fisurd, iar
situatia 2¢ = = corespunde unui corp necrestat, fara concentrator. Pentru cazurile
intermediare, 7 < 2¢ < 2z, rezultd un concentrator lateral ascutit (fig. 1.13).

e
A,

r Trig
e ‘\Ig
% ,/IE‘@ x

Fig. 1.13. Concentrator lateral in forma de V cu raza de racordare nuld

Prezentarea in detaliu a solutiei propusa de Williams se gaseste in lucrarile lui
Barber [2002] si Constantinescu [2003].

Intr-o analiza liniar-elastica, Williams a considerat o functie de tensiune
biarmonicd @(r, ) de forma:

@(r,0)=r**1F(o,4) (1.45)

unde A parametru pozitiv nedeterminat; continuitatea deplasarilor necesitd o
valoare pozitiva a acestui parametru, 1 > 0. Pentru functia F(H, /1), Williams a admis
o forma care satisface ecuatia biarmonica, si anume:

F(0,2)= Acos(a - 1)6 + Bcos(2 + 1)0 + Csin(2 - 1)0 + Dsin(4 + 1)6 , (1.46)

unde A, B, C,D sunt constante nedeterminate. Cu functia de tensiune astfel
definitd, se pot scrie expresiile tensiunilor in coordonate polare:

_100(r,0) 1 3%o(r,6) 4_1[ " }
or =S T F'(6,2)+(+1)F(6,2)| ,
2
op = OO a1 (01 1F 0, 7)) (1.47)
or
1 00(r,6) 13°d(r,6) 1_1[_ ' }
L e AEe)

unde derivatele functiei F(¢, ) sunt in raport cu variabila 6.

Conditiile la limita in tensiuni pe cele doua muchii radiale libere nesolicitate,
adica pentru 0 = ¢, sunt:
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{09("/ p)=og(r,—0)=0 , (1.48)

Trg(r,(p)=2'rg(f’,—(p)=0 ’
de unde rezulta:
Flp,2)=F(-0,2)=F(p,2)=F (9, 2)=0 . (1.49)

Aceste conditii la limitd (1.49) conduc la urmatorul sistem de ecuatii liniare si
omogene:

cos(2-1)p  cos(z+ 1) 0 0 A (o

; ; sin(2 - 1)p sin(2 + 1) 0 0 Bl o
0 sin(i -1 sin(i+ 1 |lc[ " 1of -~ (150

0 o A1 b/ lo

: cos(2-1)p cos(2+ 1)p
+

Primele doud ecuatii corespund modului simetric de solicitare (modul I), iar ultimele
doua modului anti-simetric (modul II), constantele A si B fiind independente de
constantele C si D. O solutie netriviala a sistemului exista daca si numai daca
determinantul sistemului este egal cu zero, ceea ce conduce la ecuatiile
caracteristice:

sin(22¢)+ Asin(2p)=0 (1.51a)
Sau
sin(Aqz)+ Asin(gz)=0 , (1.51b)

unde s-a notat g =(27-2a)/z. Semnul + corespunde modului I, iar semnul —
corespunde modului II; ecuatiile (1.51) determina valorile proprii 4 in functie de
unghiul ¢ (respectiv « ).

Campul tensiunilor la baza crestaturii, asa cum reiese din ecuatiile (1.47),
este singular cdnd 1-1<0, adicd ¢ > /2 pentru modul simetric I si ¢ > 128.7°
pentru modul anti-simetric II, Hills [2004]. Inlocuind valorile proprii in ecuatiile
(1.50) se obtine raportul A/B pentru modul I, respectiv C/D pentru modul II, si in
final expresiile tensiunilor functie de unghiul #, ca o combinatie liniara a solutiilor
particulare.

Pentru modul I, daca se retine doar termenul singular, cel obtinut pentru
cea mai mica valoare proprie 1, expresiile tensiunilor in regiunea de la varful
concentratorului ascutit (Seweryn [1996]) sunt:

KY 3-
or(r)0) - (Zﬂr)lz_lq ( >~ cos{1.+ A)pcos(t - 1 + cos{1 - 2)pcos(1 + /1)9),
1’4
oglr,0) = W(cos(l + A)pcos(1 - 2)0 - cos(1— A cos(1+ 1)), (1.52)
27 rf—*c,
KY 1-2
g = 7 )1[*4C (1 = cos(1+ 2)psin(1 - 2)0 - cos(1 - A sin(1 + 1)9) ,
r 1
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unde Cj =cos(1 + A)p — cos(1 - A)p, iar K} este factorul de intensitate a tensiunii
pentru concentratorul ascutit:

1-1 f; 1-2
Ky = (27[) rlinor Jg(f‘,@ = 0) (1.53)

Termenul (1 - 1) este denumit ordinul singularitatii si se determina complet pentru
o deschidere datd 2« a concentratorului, impreund cu functia de unghi F;(6, ),

prin analiza asimptotica. Factorul de intensitate a tensiunii K}’ depinde de

geometria globala si de modul de incarcare, determinandu-se practic prin ajustarea
solutiei asimptotice la starea de tensiune locala, determinata in mod normal printr-o
analiza cu elemente finite.

Intr-un mod similar, Gross [1972] a definit factorul de intensitate a tensiunii
pentru concentratorul ascutit solicitat in modul I astfel:

KY = 27z lim r1%cy(r,0 = 0
¥ Jim ol ) (1.54)

termenul (27:)1_’1 fiind Tnlocuit de +27 ; cele doua relatii coincid doar pentru cazul
fisurii (¢ = 7).

1.4.2. Solutia factorului de intensitate a tensiunii pentru
concentratori nesingulari (rotunjiti la varf)

Creager [1967] a aratat ca pentru un concentrator adanc si ascutit, a carui
raza la varf p este micd, se poate descrie campul elastic al tensiunilor prin

considerarea factorului de intensitate a tensiunii K fintr-o forma echivalenta celei
utilizate pentru fisuri. Astfel, intr-un sistem de coordonate polar (r,a) a carui origine
se afla la distanta p/2 in spatele varfului concentratorului (fig. 1.14), pentru modul
I relatiile care exprima componentele tensiunilor sunt:

K 9[ 0 . 39] K p 30
oy = ———=C0S—| 1-sin—sin— |- cos —

2rr 2 2 2 272'[‘7 2
K 0 0 . 30 K p 30 (1.55)
oy = cos —| 1+ sin—sin— |+ —Ccos— ,
\[Zﬂr 2 2 2 2rr 2r 2

T —Lcosgsingcosﬁ— K Lsinﬁ
o J2ar 272772 J2zr2rT 2

07 =1y7; = 1zx = 0 — pentru starea plana de tensiune

(1.55a)

oy = v(ax + ay) , Tyz = 1zx =0 - pentru starea plana de deformatie. (1.55b)

Cu alte cuvinte, campul tensiunilor la baza concentratorului este similar cu cel al
unei fisuri, al carei varf este situat in punctul O unde factorul de intensitate a
tensiunii este K. Diferenta fatd de relatiile (1.40), care descriu cdmpul tensiunilor
elastice la varful fisurii, este reprezentata de un singur termen aditional ce depinde
doar de raza de racordare p la varful concentratorului, neglijabil cand raportul p/r

27

BUPT



este mic in comparatie cu unitatea. Pentru punctele situate pe bisectoarea
concentratorului, adicd pentru 8 = 0, relatiile (1.55) devin:

) S
Ox = 1-= ’ O'y: 1+ . 156
2rr 2r 2zr 2r ( )

Astfel, din (1.56) se poate determina tensiunea o), maxima la baza
concentratorului, prin inlocuirea r = p/2 (fig. 1.14):

2K
Oy max =0'y(r=:0/2)= . (1.57)

zp

Glinka [1985a] a aratat ca se poate scrie coeficientul teoretic de concentrare a
tensiunilor K¢ utilizand (1.57):

- 2K
K, = Zymax _ ]
t= = (1.58)

onv7p

de unde factorul de intensitate a tensiunii K;’ pentru concentratorii ascutiti cu raza
de racordare la varf p mica, pentru modul I, se determina prin relatia:

/<:/<;’:Kt“"nT V7P (1.59)

Se observa ca singularitatea cadmpului tensiunilor dispare in acest caz, iar la baza
concentratorului tensiunea maxima este finita, chiar daca la mica distanta de baza
concentratorului campul tensiunilor este similar cu al unei fisuri.

oy
2KE
Jra
fisurd
— g concentrator
I
! |
_— I
i | i
; i I
e 0
fisuta ¢
il ol .
B AW
o ! | #
. | |

Fig. 1.14. Variatia tensiunii normale oy la baza concentratorului dupa Creager
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Se vorbeste in acest caz despre o pseudo-singularitate in aceasta regiune de la baza
concentratorului, determinata de Kj.’ si cu o dependenta 1/\/7, Pluvinage [2003].

Inlocuind rezultatul (1.59) in expresiile tensiunilor (1.56), Glinka [1985a] a
obtinut relatiile

1 3
- el (o) 3 (o)
X - _ - I 7
2‘/5 r 2\r
1 3 (1.60)
o, = Keon (EJZ +i(£j2
2\/5 r 2\r
saucu r=x+p/2:
1 3
oo _ Keon {x+1]2 1(X+1]2
X - _— || T%5 5T Vs
2\/3 p 2 2\p 2
(1.60a)

1 3

Kt op [x ljz l[x 1}2

oy = | =+ T+ S| =+ S
27 |\p 2 2\p 2

Chiar daca Creager a propus relatiile (1.55) pentru concentartorii adanci si ascutiti
(cu raza de racordare la varf mica), cu o determinare exacta a coeficientului teoretic
de concentrare a tensiunilor K;, relatiile (1.60) se pot utiliza cu o buna aproximatie
si pentru concentratorii rotunjiti (crestaturi laterale semicirculare sau in forma de U,
concentratori de tip gaura circulara).

In urma unor transformari simple, relatiile (1.60) permit exprimarea

factorului de intensitate K7 n modul I la o distantd caracteristicd X :

3
2+p]2
X
Kf = oy (Xc)Jr Xe

2[1 + pJ
Xc

unde X, reprezinta o distanta caracteristica, al cdrei ordin de marime este

dimensiunea grauntilor, Boukharouba [1995].

Solutii pentru determinarea factorului de intensitate a tensiunii la
concentratori sunt date in numeroase alte lucrari: Hasebe [1978], Nui [1994],
Boukharouba [1995], Pluvinage [1998], Lazzarin [2006].

Chiar daca tendinta actuala este aceea de a descrie campul tensiunilor de la

(1.61)

baza concentratorilor nesingulari prin factorul de intensitate a tensiunii KIp ,
metodologia de determinare a acestuia difera de la un autor la altul.
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2. DETERMINAREA DISTRIBUTIEI TENSIUNILOR
DIN ZONA CONCENTRATORILOR

2.1. Metode analitice si numerice

Solutia in tensiuni a problemei plane a teoriei elasticitatii se obtine, n
absenta fortelor masice, prin integrarea sistemului format din ecuatiile diferentiale
de echilibru si ecuatia de compatibilitate:

dox , Otyx.
ox | oy

or 0
Itxy %%y
ox oy

[i+i](ax +oy)=0

=0 (2.1)

ox? ayz

céruia i se adaugd conditiile pe granitd, Dobre [1980]. In anul 1862 astronomul
englez G.B. Airy a aratat cd problema poate fi simplificaté daca in locul celor trei
functii oy, oy, 7y Se determina una singurd U(x,y), denumitd functie de tensiune

(functie de tensiune de tip Airy), cu ajutorul careia se pot calcula prin diferentiere
tensiunile:

2 2 2
o“U o“uU o“U
ox = o2 %y = ox? Y = " oxoy (2:2)
Introducand expresiile (2.2) in ecuatia de compatibilitate se obtine:
4 4 4
U , dU _dU_, | (2.3)

ax?  ax2oy?  ay?

Astfel, solutia in tensiuni a problemei plane, in absenta fortelor masice, se reduce la
aflarea solutiei ecuatiei biarmonice (2.3) care sa satisfaca si conditiile pe granita.

2.1.1. Metode analitice de rezolvare a problemelor elasticitatii plane

Metodele analitice utilizate mai frecvent in rezolvarea problemelor de stare
plana sunt: metoda seriilor de puteri, metoda transformarilor integrale, metoda
functiilor de variabila complexa, metoda Galerkin etc.

Metoda seriilor de puteri. Pentru problemele de stare plana ale teoriei
elasticitatii, formularea in tensiuni utilizeaza deseori functia de tensiune a lui Airy
U(x,y). Astfel, sistemul de ecuatii diferentiale care descrie campul tensiunilor se
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reduce la ecuatia diferentiald biarmonica (2.3). Solutia acestei ecuatii se considera
de forma unei serii de puteri in variabilele x si y

U(X/y):ZaUXiyj ’ (24)

ai carei coeficienti aj; se determina aplicand conditiile la limitd, Sadd [2004].

Metoda transformdrilor _integrale. in elasticitatea liniara pentru
rezolvarea sistemelor de ecuatii diferentiale se utilizeaza frecvent un procedeu
matematic numit metoda transformarilor integrale. Aplicand sistemului de ecuatii
diferentiale o transformare integrala liniara, se obtin forme simplificate pentru
ecuatiile diferentiale. Solutia acestor ecuatii prin aplicarea transformatei integrale
inverse conduce la aflarea functiilor necunoscute originale, ceea ce reprezinta solutia
problemei date. Cele mai cunoscute transformari integrale sunt Laplace, Fourier,
Hankel, Hilbert. .

Metoda functiilor de variabild complexa. In literaturd se arata ca teoria
functiilor armonice este strans legata de teoria functiilor analitice de variabila
complexa. Trecerea din domeniul real in domeniul complex are marele avantaj ca
poate sa solutioneze problemele cu singularitati (fisuri, concentratori de tensiune
singulari). Problema a fost inceputd de Goursat in 1893, a primit o solutie
interesanta in 1903 datd de Faylon, dezvoltata de Kolossov [1909] si in sfarsit
adusa sub forma unei teorii complete de catre Muskhelishvili [1953]. De aceea, in
literatura se vorbeste despre metoda Kolossov-Muskhelishvili.

Metoda utilizeaza expresia generala in complex a functiei biarmonice U(x,y)

2U(x,y)=zo(z)+zo(z)+yw(z)+v(z) (2.5)

unde ¢(z) si w(z) sunt doud functii analitice de variabild complexd, o(z) si w(z)

conjugatele lor, iar z = x +iy este variabila complexa si z= X —iy conjugata. Deci,
rezolvarea in tensiuni a problemei plane necesita cunoasterea functiei Airy, definita
prin functiile de variabild complexd ¢(z) si w(z), regulate in domeniul D cupat de
corpul elastic, evident satisfacand conditiile la limita pe granita domeniului.
Tensiunile si deplas&rile se exprimd prin ¢(z) si w(z) cu formulele lui Kolossov-
Muskhelishvili
ox toy = 2{(p/(z)+ ;'(; )} = 4Re[¢/(z)}

o (2.6)
oy —ox —2ityy, = Z{Z(p"(z )+ z//"(z )} ,

Si

2G(u+iv):§+:¢(z)—2¢'(z)+y/'(z) , (2.7)
cu G modulul de elasticitate transversal, v coeficientul lui Poisson.

Dificultatile intampinate in obtinerea unei solutii analitice exacte au condus
la dezvoltarea unor metode aproximative de calcul.

Metoda Galerkin. Metoda Galerkin este o metoda aproximativa de tip
proiectiv, una dintre cele mai raspandite metode de rezolvare a ecuatiilor
diferentiale din teoria elasticitatii. Ea presupune alegerea unei solutii de forma
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n
U(x,y):¢0(x,y)+Za,-go,-(x,y), unde ¢;(x,y) sunt functii de un anumit tip
i=1

convenabil alese, iar functia ¢g(x,y) satisface conditia B(U(x,y))=0 pe frontiera

domeniului D (B este un operator diferential). Se impun conditiile ca solutia sa
verifice  ecuatia de tipul  L(x,y)=44U(x,y) in domeniul D i

<L(U(x,y)),¢i(x,y)>=0, pentru i =1,n (L este un operator diferential, iar <s,e >

este operatorul produs scalar). Astfel, se obtine un sistem algebric de n ecuatii in
necunoscutele a;, a carui rezolvare permite determinarea solutiei U(x,y).

Mai pot fi amintite si alte metode analitice de solutionare a problemei plane
a teoriei elasticitatii: metoda seriilor Fourier, metoda functiei lui Green, metoda
colocatiei, metoda homotopiei, metoda Rayleigh-Ritz, metoda iteratiei.

2.1.2. Metode numerice

Cea mai mare parte din problemele formulate de teoria elasticitatii nu se pot
rezolva pe cale analiticd . De aceea problemele de interes practic, formulate in
general pe domenii cu o geometrie complicata, pe componente structurale cu
concentratori de tensiune se pot rezolva doar aproximativ cu ajutorul metodelor
numerice. Formidabila dezvoltare a calculatoarelor, a vitezei si posibilitatilor lor de
calcul a facut ca opinia defavorabild unei solutii numerice aproximative sa se
schimbe deoarece, pe de o parte, erorile pot fi reduse pana la valori nesemnificative,
iar pe de alta parte, pachetele software profesionale fac abordabild orice problema
practica. Metodele numerice cele mai utilizate sunt: metoda diferentelor finite,
metoda elementelor finite (MEF) si metoda elementelor de frontiera (fig. 2.1).

Metode nurnerice in mecanica solidului deformabil

Metoda :
elemrnizzll;'ffinite SlEe nt?ln{ de et daf;jr:}::ere nielor
frontierd

2 “‘h
hY
{ 1]
r

g __l..i"'

Fig. 2.1. Metode numerice utilizate in mecanica solidului deformabil (Becker [2004])

Metoda diferentelor finite, denumitd si metoda retelelor, bazata pe ideea
inlocuirii derivatelor prin diferente finite (ceea ce inseamna de fapt utilizarea unor
serii Taylor trunchiate) este cea mai simpla si cea mai veche metoda de rezolvare
numericd aproximativa a ecuatiilor si sistemelor de ecuatii diferentiale. Precizia de
aproximare a solutiei, reprezentata prin valorile sale in nodurile unei retele de

32

BUPT



discretizare a domeniului, depinde de forma si pasul retelei, de expresia de
discretizare a derivatelor partiale prin diferente finite, de modul de aproximare a
conditiilor la limita si de procedeele de calcul utilizate. Detalii despre aceasta metoda
se gasesc in lucrarile lui Gordunov [1977], Boleantu [1978], Faur [1998].

Metoda elementelor finite este in esentda un procedeu de rezolvare
aproximativa a problemelor de cdmp, adica de determinare intr-un domeniu dat a
uneia sau mai multor functii necunoscute caracteristice naturii fizice a campului
cercetat (de exemplu, campul tensiunilor, deformatiilor si deplasarilor in teoria
elasticitatii) atunci cand nu se pot rezolva analitic ecuatiile diferentiale si/sau
integro-diferentiale care descriu fenomenul. Cele mai celebre monografii dedicate
metodei elementelor finite sunt cele ale lui Zienkiewicz [1977], Bathe [1976] si Rao
[2005], dar exista si excelente monografii in literatura stiintificd romaneasca,
Pascariu [1985], Blumenfeld [1995], Faur [2002].

Formularea metodei elementelor finite pentru rezolvarea unei probleme
plane presupune parcurgerea urmatoarelor etape, Faur [2002]:

1. Definirea elementului finit si a functiilor de form&, cu alegerea functiilor de
interpolare (liniare, patratice sau de grad superior) pentru deplasari;

2. Satisfacerea legilor de material (a ecuatiilor constitutive). Este necesara in
aceastd etapda exprimarea derivatelor functiilor de deplasare pentru a obtine
deformatiile specifice si apoi utilizarea relatiilor tensiuni-deformatii specifice.

3. Exprimarea matricei de rigiditate a elementului finit. Ecuatia elementalad se
obtine utilizand fie metoda directa si o abordare energetica:

[k]element [U]element: [F]ext . (2.8)

4. Asamblarea matricei de rigiditate globald. Matricea de rigiditate globald se
obtine prin asamblarea tuturor ecuatiilor elementale, rezultdnd ecuatiile finale:

[K]g/oba/ [U]g/oba/: [F]g/oba/ - (2.9)

5. Aplicarea conditiilor pe contur in deplasari si sarcini. Aceasta etapa se
constituie Tn aplicarea corectda a conditiilor prescrise in deplasari si sarcini pe
conturul structurii.

6. Solutionarea sistemului de ecuatii algebrice liniare si obtinerea deplasarilor
nodale (solutiile primare);

7. Postprocesare. Necunoscutele secundare se exprima din deplasarile
calculate pentru fiecare element finit (deformatiile specifice) si din ecuatiile
constitutive (tensiunile).

Rezolvarea cu acuratete a problemelor legate de prezenta concentratorilor
de tensiune in componentele structurale prin utilizarea MEF, impune respectarea
unui set de reguli practice:

e 0 discretizare progresiva care sa respecte forma elementelor (apropiatd de
cea triunghiulara, patratica sau cubicd) si sa evite modificarile bruste de dimensiune
a elementelor adiacente;

e utilizarea unor elemente finite patratice sau de ordin superior pentru
simularea unui contur curbiliniu;

e impiedicarea miscarilor de solid rigid si utilizarea conditiilor de simetrie
pentru a reduce dimensiunea problemei;

e utilizarea unor elemente finite compatibile in zonele de interfata si
conexiunea corecta intre nodurile situate la extremitati.

Metoda elementelor de frontiera desi istoric a aparut inaintea metodei
elementelor finite, bazele matematice fiind formulate incd de la aparitia teoriei
ecuatiilor integrale Voltera (1896) si Fredholm (1902), dezvoltarea si mai ales
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aplicarea metodei elementelor de frontiera este de data mult mai recentd, incepand
cu anul 1970.

In esent3 si aceasta este 0 metodd de rezolvare aproximativa a problemelor
de limitd care se bazeaza pe transformarea ecuatiei diferentiale de domeniu intr-o
ecuatie integrala pe frontiera domeniului, utilizdnd ca functie pondere o solutie a
ecuatiei omogene asociate sau o solutie fundamentala a ecuatiei date. Aceasta este
o dificultate intrinseca a metodei care restrange sfera de aplicabilitate la operatori
diferentiali cu coeficienti constanti. Ecuatia integrala de frontiera astfel obtinuta se
rezolvd de obicei numeric, ceea ce necesita discretizarea doar a frontierei
domeniului, reducand in felul acesta cu o unitate dimensiunea problemei si
micsorand numarul ecuatiilor sistemului algebric rezultant, numarul datelor de
intrare si de iesire. Cea mai cunoscuta tratare a metodei elementelor de frontiera se
gaseste in lucrarile lui Brebbia [1980], [1989].

2.1.3. Solutii analitice pentru determinarea tensiunilor din zona
concentratorilor laterali de forma VvV

Pentru evaluarea influentei geometriei concentratorilor de tensiune asupra
rezistentei componentelor structurale, este utila cunoasterea distributiei tensiunilor
din zona concentratorilor, nu doar a valorilor maxime ale acestora.

2t

rg ¥ >
& N il
q=2ﬂ;2ﬂt o

Fig. 2.2. Geometria concentratorului de tensiune in abordarea lui Filippi [2002]

Adoptand metoda functiilor de variabilda complexa (Kolossov-Muskhelishvili)
pentru determinarea distributiei tensiunilor in zona unui concentrator de tip
crestatura (fig. 2.2), Filippi [2002] propune doua functii analitice de forma:

o(z)=az* +dz*, y(z)=bz*+cz# (2.10)

unde coeficientii a, b, c, d sunt complecsi, exponentii A, x sunt reali, A>0 si
A > p. Pentru impunerea conditiilor la limita, Filippi utilizeaza un sistem auxiliar de
coordonate curbilinii u si v (fig. 2.3), cu relatia de transformare a coordonatelor:
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O—z=wd =(u+iv)? (2.11)

unde coeficientul real g primeste valori intre 1 (muchie neteda, fara concentrator)
si 2 (fisura). Curba definitd prin conditia v =0 in sistemul de coordonate curbilinii
descrie in (x,y) un unghi ascutit la varf egal cu 2«

20 =7(2-q) , (2.12)

x+iy =re

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

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

q
_9Y% _agrp (2.13)
P
g-1 qg-1
Deoarece flancurile crestaturii sunt libere de sarcini, conditiile la limita impuse sunt:
(Oulyuy =0, (uvlyoy, =0 - (2.14)

Fig. 2.3. Sistemul auxiliar de coordonate curbilinii pentru impunerea conditiilor la limita

Din cauza numarului redus de parametri ai functiilor de tensiune alese, aceste
conditii nu pot fi satisfacute in intregime de-a lungul flancurilor libere ale crestaturii.
Astfel, Filippi le simplifica considerand ca (2.14) trebuie satisfacute suficient de
departe de zona de la baza concentratorului unde termenii de exponent x sunt
lipsiti de sens, si in plus campul tensiunilor trebuie sa fie descris cu exactitate in
apropierea concentratorului (iar de aici, primii doi termeni ai dezvoltarii in serie de-a
lungul flancurilor, asociati tensiunilor o, si 7, , trebuie sa fie egali cu zero). De
asemenea, Filippi a impus ca tensiunile de intindere sa fie nule la distanta de varful
cretaturii, pentru componentele de exponent x, rezultédnd in final:
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v=0 6=0 v=0 0=0
ooy Jor 2
o = -=1rp =0,
vV Ju=up 00 q r=rp
v=0 =0
Jryy Otrg 2
= ~Z5y -0,
oV Ju=up 06 q r=rp (2.15)
(O'u)u:uo + (O'U)u:UU =0 = lim (rl_ﬂo'a) +  lim (rl_ﬂo'a) =0,
vV<<-Vg V>>Vp r—ow r—ow
6—>-qn/2 O—+qn/2
. 1- . 1-
(Tuv)u:UO *(Tuv)u:uo =0 = lim (r #Tra)* lim (r 'uTraj =0.
V>>Vg V<<-Vg r—oo r—oo
0—>+qr/2 0—>-qn/2

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

o9 (1+2)cos(1-2)e cos(1+ )0
or t=ar*"1al{(3=)cos(1-2)0} + zp(1- 2 ) ~cos(1+ 1)o
o (1-2)sin(1-2)o sin(1+2)o
2.16
u-i(  [(21+u)cos(1- )0 cos(1+ u)o (2.16)
i)
+ — 2d1(3 = u)cos(1- )0} + yci—cos(1+ )6
Ha-1){ro (1 u)sin(1- u)o sin(2+ u)o

unde 1 este prima valoare proprie (dominanta pentru starea de tensiune din zona
concentratorului) a ecuatiei:

sin(Aqz)+ Asin(gz)=0 . (2.17)
Ceilalti coeficienti din relatiile (2.16) se determina dupa cum urmeaza

_ sinf(1-4)gx/2] ’ {@}[32;@(11)]5 /

b="Sinl1+ 2)gr/2]

1 (2.18)
O (R R CEREPCERY MERPI
unde ¢ este dat de relatia
o= (1-2P e pp(1-22)- 204 2)-Zl1-2) (2.19)
iar exponentul x este solutia ecuatiei:
H#}b ~h-gplt-a)]-« }(1 + ﬂ)COS{(l - ﬂ)qg} +
(2.20)
P22 rpla- 2] G - o] 1+ a5 |-
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Din relatiile (2.16) se observa ca tensiunile din zona concentratorului sunt
determinate cu exceptia constantei a, care pentru modul I de solicitare care poate
fi exprimata in functie de tensiunea maxima de la baza concentratorului:

9max

a:l%‘1¥+i+1b@—@-{U+#)Zd+mJFM@—1)}

(2.21)

Dupa cum demonstreaza Filippi [2002], solutia (2.16) este de mare
generalitate. Pentru un concentrator de tensiune singular p =0 aceasta este in

concordanta cu solutia Iui Williams [1952]. Daca deschiderea unghiulara a
concentratorului 2« =0, atunci solutia (2.16) se dovedeste a fi exact solutia data

de Creager [1967]. In cazul p=0 si 2a=0 cadmpul tensiunilor in zona din

vecinétaAtea concentratorului este practic identic cu solutia lui Irwin [1957].

In continuarea, se verifica acuratetea solutiei lui Filippi [2002] prin
comparatie cu rezultatele unei analize cu elemente finite si cu o alta solutie frecvent
citatd in literaturd, Glinka [1985a] (in fapt o reformulare a solutiei stabilita de
Creager [1967]). Analiza cu elemente finite s-a rulat cu pachetul software
CosmosM2.9, cu E=73000[MPa] si v=0.33 (pentru aliajul de aluminiu

2024 -T3). Se considera in acest scop geometria din fig. 2.4 a concentratorului de

tip crestaturd laterald simetrica in V cu deschiderea unghiulara 2« =90°,
adancimea a=3[mm] si doud valori ale razei de racordare la varf
p=0.2;0.5[mm] (I8imea plicii H = 20 [mm] si grosimea t = 3.17 [mm]).

L=120mm

|
L |k H = 20 mm

=02 0.5 mmey v
DN fa-2mm 4] |
AL

2o =00" grosime =317 mm

Fig. 2.4. Concentrator de tip crestatura laterala simetrica in V

Valorile coeficientilor ce intervin in expresiile (2.16), in modul I de solicitare,
determinati pentru aceasta geometrie sunt date in tab.2.1.

Tabel 2.1
2a P y) u xb Xc xd a
n/2 0.2 0.54448 -0.345 1.84136 2.506 0.105 0.124
/2 0.5 0.54448 -0.345 1.84136 2.506 0.105 0.188

Distributia tensiunii circumferentiale oy cu distanta de la varful

concentratorului (de-a lungul ligamentului, # =0) este ilustratd in fig. 2.5 in axe
dublu-logaritmice, pentru cele doua valori ale razei p de la varful concentratorului.
Se observa o buna concordanta intre rezultatele analizei cu elemente finite si solutia
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lui Filippi pand la nivelul intersectiei distributiei tensiunilor circumferentiale o, cu
linia tensiunii nominale nete ope¢, Nivel la care eroarea relativd este de 3% pentru
p = 0.5[mm] si respectiv 7% pentru p =0.2[mm]. Cu cat este mai mare diferenta
dintre tensiunea maxima omax Si Cea netd oper, Cu atdt este si domeniul de
valabilitate al solutiei lui Filippi [2002] lui larg: (r-rp)=2.6p pentru p = 0.5[mm],
respectiv. (r-rp)=5.9p pentru p=0.2[mm]. De asemenea, o foarte bunj
concordanta se remarca si intre cele doua solutii, Filippi [2002] si Glinka [1985a].

1.00 -
] solutia Filippi [2002]
LI o MEF
Trnax | solutia Glinka [1985a]
i}
0.10 . . . ol P
0.0o01 0,010 0.100 1.000 10.000 100,000
1.00
oo |
Srax
Tnet
solutia Filippi [2002] Trras
1 @ MEF
solutia Glinka [1985a)
r—rg
0.10 . . . . P
0.001 0.010 0.100 1.000 10,000 100,000

Fig. 2.5. Distributia tensiunii circumferentiale oy de-a lungul ligamentului pentru
p =02 [mm] (sus)si p = 0.5 [mm] (jos);
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Acuratetea solutiei lui Filippi [2002] este evaluata si in afara axei de simetrie
pentru raza la varf p = 0.5[mm] si r=0.665p; 1.33p, (fig. 2.6).

0.65
5ij 0.60
Ornax 0.55
0.50

0.45

0,40

0.35

0,20

0.25

0,20

0,15

0,10

0.05

0,00

oy 0:40
Smax 0.35
0.30
0.25
0.20
0.15
0.10
0.05

o.oo

8 [

OSSO, d o < MEF
T o = ——=alutia Filippi [2002]
J o
- 0 o O
o
4 o5
4 ¥ ol
o
i 8
4 = 8
. Ty e =
40000’
i Tré
] 10 20 40 50 a0 70 30 4 H
<  MEF
1 ag solutia Filippi [2002]
T 3
i o & @0 G e
& > g
i b 4 o @ 3 S
PR T OB o
4 S —
o o
o @ &
4 o o
Tré T Pi: =
] 10 20 30 40 S0 60 YO 80 90 100 110 120

Fig. 2.6. Distributia tensiunilor oy, oy si 79 pentru 2a = 7/2, p = 2[mm] sila

distanta r =0.665p (sus), respectiv r =1.33p (jos)

Acuratetea solutiei este buna pentru aproape intreaga zona de interes, cel
putin pentru oy; ea scade insa la apropierea de flancurile concentratorului, cu
cresterea unghiului 6.

La aprecierea acestor rezultate insa, trebuie avuta in vedere latimea H
finita a placii (h/2a=2.33); este de asteptat ca precizia rezultatelor sa se

fmbunatateasca cu cresterea raportului h/2a .
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Un alt parametru important, de luat in considerare la evaluarea solutiei
propuse de Filippi, este deschiderea unghiulard a concentratorului 2« , cunoscuta
fiind variabilitatea lui A cu acest parametru. Verificarile facute de Filippi [2002] au
demonstrat ca precizia rezultatelor scade la descresterea deschiderii unghiulare 2« .

2.2. Determinarea experimentala a tensiunilor si deformatiilor
specifice din zona concentratorilor

Metodele experimentale isi dovedesc utilitatea mai ales la rezolvarea
problemelor pentru care nu este disponibila o solutie analiticd pentru campul
tensiunilor din zona concentratorilor. In practica actuald, se utilizeaza frecvent
urmatoarele metode experimentale: tensometria electrica rezistiva,
fotoelasticimetria, termoelasticimetria, corelarea de imagini digitale.

2.2.1. Tensometria electrica rezistiva

Tensometria electrica rezistiva este o metoda de masurare pe cale electrica
a marimilor neelectrice, prin intermediul unor elemente numite traductori electrici
rezistivi (sau marci tensometrice). Metoda se bazeaza in principiu pe determinarea
variatiei deformatiei specifice ¢ prin masurarea variatiei rezistentei electrice 4R a

elementului sensibil al traductorului:
AR _
R

unde k este constanta traductorului (coeficient de tensosensibilitate). Masurarea

acestei variatii a rezistentei electrice impune utilizarea unui sistem alcatuit din mai
multe blocuri, a carui schema este prezentata in fig. 2.7, Tripa [1994].

Traductaor
electric rezistiv

ke (2.22)

Drispozitiv Cirouit Instrurnent de
: de | clectric |1 Armplificator [—] MasuJra sau
conectars electric inregistrare
.ﬂtlimfantare _ Circuit de Circuit de
circuit electric echilibrare etalonare

Fig. 2.7. Schema de principiu pentru masuratorile tensometrice, Tripa [1994]

Traductorul electric tensometric se conecteaza intr-un circuit electric, cel
mai frecvent o punte Wheatstone sau un circuit potentiometric. Semnalul dat de
circuitul electric este amplificat si in final inregistrat.

Exemplele de utilizare a tensometriei electrice rezistive la rezolvarea
diferitelor probleme legate de fenomenul de concentrare a tensiunilor sunt
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numeroase. Se amintesc aici doar cateva dintre acestea: determinarea
experimentald a coeficientilor de concentrare a tensiunilor K; si K, pentru

concentratori de tipul racordare si crestatura laterald, Hardrath [1951];
determinarea experimentalda pentru modul mixt I/II a factorilor de intensitate a
tensiunii Ky si Ky la concentratori de tip crestaturd laterald, Kondo [2001], sau

fisurd, Dally [1986]; determinarea raspunsului unei mezo-structuri dentare, Antonie
[2009].

2.2.2. Metoda fotoelasticimetriei

Metoda fotoelastica se bazeaza pe observatia fundamentala ca starea de
tensiune in cazul unei probleme plane de solicitare nu depinde de constantele
elastice de material (vezi ecuatiile (2.1)). Pornind de la aceasta observatie, s-a
imaginat o metoda experimentalda pentru studiul starii de tensiune bazatd pe
proprietatea unor materiale transparente si izotrope, numite optic active, de a
deveni birefringente cand sunt solicitate mecanic; aceste materiale fac parte din
clasa rasinilor epoxidice: araldit, dinox, rompoxid, plexiglas etc.

Studiul se realizeaza asupra unui model din material transparent care
reproduce la scara, atat ca geometrie, cat si ca solicitare, componenta structurala
analizatda. Schema de principiu a unui polariscop prin transmisie este ilustrata in fig.
2.8; planele de polarizare a luminii, ale polarizorului si analizorului, perpendiculare
unul pe altul, formeaza sectiunile principale ale polariscopului. Pentru analizd se
utilizeaza atat lumina alba, cit si cea monocromatica.

grosimea h Lurnina la iegirea
din rmodel

Tz

Flan de

Lurnina polarizatd plan -
polarizare

la iegirea din polarizor

Analizor

Lurnina la iegirea
din analizor

Lurnina
rrodel

Model fotoelastic

™ | e
| Folarizor

Sursa de |

lurnina Plan de
polarizare

Fig. 2.8. Schema de principiu pentru masuratorile fotoelastice

Presupunand o componenta structurala de tip placa solicitata in planul sau
(fig. 2.8), in fiecare punct directiile tensiunilor principale o; si o> suntin acel punct
si axe de birefringentd (legea calitativa a fotoelascitatii), indicii de refractie n; si n>

fiind diferiti pe aceste directii. O raza de lumind polarizata intr-un plan cu ajutorul
unui polarizor, la trecerea printr-un punct al placii se descompune in doua raze ale
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caror plane de vibratie cuprind directiile principale 1 si 2. Vitezele celor doua raze
la parcurgerea placii sunt diferite si proportionale cu tensiunile principale o7 si o> .
Cum drumurile optice sunt diferite pentru cele doua raze, diferenta de drum & este
(Rusu [1970]):

§=Cylo1-02)n=(ng-ny)n (2.23)

unde C; este o constantd a carei valoare depinde de proprietdtile optice ale

materialului si de lungimea de unda a luminii utilizate. Dupa cum se observa din
relatia (2.23), diferenta indicilor de refractie pe directiile principale este
proportionald cu diferenta tensiunilor normale principale (legea cantitativd a
fotoelasticitatii). La trecerea celor doud raze de lumina prin analizor, vibratia lor este
readusa in acelasi plan, dar diferenta de drum optic dupd parcurgerea placii
solicitate face ca cele doua raze sa se gaseasca in diferenta de faza, acest fapt
avand ca efect aparitia fenomenului de interferenta. Pentru punctele placii solicitate
ale cdror directii principale (1) si (2) sunt cuprinse in sectiunile principale ale
polariscopului, pe ecran se formeaza o familie de franje intunecate denumite linii
izocline (izoclinele reprezinta asadar locul geometric al punctelor avand aceleasi
directii principale). Rotind simultan polarizorul si analizorul astfel incat planele lor de
polarizare sa ramana perpndiculare, se obtin izocline cu diferiti parametri unghiulari,
Ccu care se detrAminé directiile tensiunilor perpendiculare in orice punct de pe
suprafata placii. In lumina monocromatica, alaturi de liniile izocline, se obtin o alta
familie de benzi intunecate numite izocromate, care reprezinta locul geometric al
punctelor in care diferenta tensiunilor principale (o —02) este constanta. Folosind

aceasta familie de franje se determina valorile tensiunilor principale, din (2.23):

nf,
o1-02="7% (2.24)

unde n este ordinul izocromatei, f, constanta fotoelasticd a materialului (valoric

egald cu diferenta tensiunilor principale pentru izocromata de ordinul 1 pentru o
placd de grosime unitard), iar h grosimea placii. Se observa ca in cazul
polariscopului cu lumina polarizata plan, cele doua familii de franje se suprapun.
Uneori acestea sunt greu de identificat, si in asemenea cazuri, in locul luminii
monocromatice se foloseste lumina albd, care face ca izocromatele sa apara
colorate.

Pentru stabilirea cat mai exacta a traseului izocromatelor in scopul
determinarii diferentelor (01 —02), franjele izocline sunt eliminate prin introducerea

in plus a doua componente optice numite /lame sfert de unda, realizate din folii
subtiri transparente dintr-un material cu birefringenta permanenta, ale caror axe
optice sunt inclinate dupa bisectoarele sectiunilor principale ale polariscopului.
Efectul de birefringentda permanenta se obtine printr-o pretensionare controlata
astfel incat sa rezulte o diferenta de drum de /4.

Aplicatiile fotoelasticimetriei la rezolvarea problemelor legate de prezenta
concentratorilor de tensiune in componentele structurale sunt variate: determinarea
coeficientului de concentrare a tensiunilor pentru placi cu gauri circulare multiple,
Peterson [1974], Dobre [2003]; determinarea factorului de intensitate a tensiunii la
varful unei fisuri care porneste dintr-un orificiu circular, Dumitru [2001] si a
factorilor de intensitate a tensiunilor pentru modul mixt de solicitare, Gdoutos
[1978].
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2.2.3. Metoda termoelasticimetriei

Metoda termoelasticimetriei se bazeaza pe efectul termoelastic: in conditii
adiabatice si reversibile o structura supusa unei solicitari variabile prezinta o variatie
de temperaturd, care este proportionald cu variatia sumei tensiunilor principale,
Thomson [1853]. Relatia dintre variatia de temperaturda AT si variatia sumei

tensiunilor principale 4o este liniara si independenta de frecventa de solicitare:
AT = - Ao (2.25)

unde «a reprezinta coeficientul de dilatare termica, T este temperatura absoluta, p
este densitatea, iar C caldura specificd. Aceste variatii de temperatura, uzual de

ordinul 0.05°C, pot fi masurate cu ajutorul unui detector infra-rosu. Semnalul S
inregistrat de detector este proportional cu variatia sumei tensiunilor principale:

Ao +02)=AS (2.26)

unde A reprezinta o constanta de calibrare.

Analiza termoelastica a tensiunilor s-a dezvoltat in ultimele doua decenii ca
metodda de determinare a campului de tensiuni din vecindtatea fisurilor si a
concentratorilor de tensiune din componente solicitate variabil in timp.

Schema bloc a unui sistem pentru realizarea masuratorilor termoelastice
este prezentata in fig. 2.9. Variatile de temperatura de pe suprafata epruvetei
produse de solicitarea variabila sunt inregistrate cu ajutorul detectorului de infra-
rosu si transformate in semnal electric.

Semnal de N B
referirta = Corelator N
Traductor Armplificator

de forta

-~

e
— ” Semnal detector
Epruvets
" Computer

ERuzeté Control detector

Fig. 2.9. Schema bloc pentru masuratorile termoelastice
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Deoarece acest semnal este insotit de un nivel ridicat de zgomot, el se
coreleaza cu un semnal de referinta, preluat de la generatorul de semnal care
comanda masina, de la traductorul de forta sau de la timbrele tensometrice lipite pe
suprafata epruvetei. Corelatorul aplicd o transformare Fourier celor doua semnale
rezultdnd modulul si faza semnalului termoelastic care sunt inregistrate de
calculator.

Un set de date experimentale obtinute la solicitarea biaxiald a unei epruvete

cruciforme cu o crestatura centrald inclinata la 45°este prezentat in fig. 2.10,
Marsavina [2004]. Pentru acest tip de epruveta se pot realiza solicitari in modul I, II
si mixt I/II, doar prin modificarea solicitarilor pe cele doua axe.

g9.00 109.00
102.0C0

47.00

83.00
87.00
81.00 3100
75.00 25.00
E9.00
E3.00
57.00

51.00

45.00
3s.00

33.00
27.00
21.00

15.00
AK11/AKT = 0.5

110.0C 26.00
102.00 78.00
94.00 70.00
86.00 62.00

54.00

AKII/AKT = 1.0 AK1I/AKT = 2.0 Fo

Fig. 2.10. Distributia variatiei sumei tensiunilor principale in zona varfului unei crestaturi
pentru diferite moduri de solicitare (imagini preluate dupa Marsavina [2004])

2.2.4. Metoda corelarii de imagini digitale (Digital Image
Correlation)

2.2.4.1. Scurta descriere a metodei

Metoda corelarii de imagini digitale consta in achizitia de imagini, stocarea
acestora intr-o forma digitald si prelucrarea lor pentru a obtine informatii despre
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forma si campul deformatiilor pentru obiectul studiat. Conceptul metodei, formulat
probabil pentru prima data de Peters [1981], a fost dezvoltat si integrat in algoritmi
de prelucrare numerica pentru a extrage deformatiile obiectului dintr-o secventa de
imagini, Sutton [1983], [1988], Chu [1985].

Convertirea imaginilor in masuratori experimentale ale formei, deplasarilor
si deformatiilor unui obiect, implica doua ipoteze de baza, Sutton [2008]:

e existenta unei corespondente directe intre deplasarile punctelor din imagine
si deplasarile punctelor de pe obiectul studiat, astfel incat deplasarile punctelor de
pe obiect sa se poata cuantifica pe baza celor din imagine;

e fiecare subregiune a obiectului studiat are un contrast corespunzator (un
anumit nivel de gri, definit prin intensitatea luminoasa), pe baza caruia se realizeaza
o corelare exactd pentru a descrie deplasdrile locale din imagine. Variatia
contrastului se realizeaza fie prin aplicarea unui sablon (format din linii, grile, puncte
sau siruri aleatoare) pe suprafata obiectului (prin vopsire, lipire sau prelucrare
mecanica), fie se datoreaza caracteristicilor naturale ale suprafetei.

Metoda este astazi utilizata in diverse aplicatii, Sutton [2008]:

e masuratori 3-D ale formei si deformatiilor unei suprafete pentru o gama
larga de materiale si dimensiuni de la zeci de metri pana la nivel micrometric;

e masuratori 2-D ale deformatiilor unei suprafete la scarda nanometrica
utilizdnd microscopia electronica;

e masuratori ale deformatiilor interne ale materialelor biologice si poroase prin
intermediul imagisticii spatiale (de exemplu, tomografia computerizata);

e comportamentul la solicitari dinamice/impact al materialelor utilizand
sisteme video de mare viteza.

Dupa Sutton [2008], cerintele unui sistem modern pentru aplicatii 2-D sunt:

e camera digitald cu aria suprafetei senzorului de 12.7[mm2} , rezolutia
senzorului de 1280 x 1024 pixeli si adancimea de culoare 8 — 10 biti pentru fiecare
pixel;

e sistem computerizat de achizitie digitald a imaginilor;

« lentile de inalt§ calitate cu distanta focald in domeniul 17 - 200 [mm];

e sursa de lumina.

Qo X o0 X

[
-
f

*

L ] !rll

Fig. 2.11. Subregiune in imaginea de referinta si in imaginea deformata
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L il o
Fig. 2.12. Exemplu de subregiuni de 15 x 15 pixeli cu o distanta de 2 pixeli intre ele

Corelarea imaginilor este realizata comparand subregiuni ale sablonului
digitizat din imaginea de referinta, achizitionata inainte de deformarea obiectului, cu
subregiunile corespunzatoare din fiecare imagine deformata, preluate in timpul
incercarii. Fiecare subregiune este formata dintr-un anumit numar de pixeli, iar
imaginea obiectului este descrisa de o functie discretda reprezentédnd contrastul
(nivelul de gri) fiecarui pixel. Astfel, imaginea de referinta este o functie discreta

f(x,-,yj) si este transformata intr-o alta functie discreta g(x;k,y;) dupa deplasarea

sau deformarea obiectului (fig. 2.11). Relatia dintre (x,-,yj) si (X?‘,y}fj se poate

aproxima printr-o transformare afina de forma:

*
X :X+u+a—qu+a—uAy
ox oy
(2.27)
* ov ov
y =y+VvV+—AX+—4y
ox oy

unde u si v reprezintda deplasdrile centrului subregiunii, iar Ax si Ay sunt
distantele de la punctul de coordonate (x,y) la centrul subregiunii, in directiile celor

doua axe. O abordare iterativd este aplicatd pentru a minimiza coeficientul de
corelatie cjj, utilizdnd tehnici neliniare de optimizare:

) Zizj[f(xi/yj)*F][g(X;k/Y}fJ*E}

(%, o)A o )-5]

unde Si 5 reprezinta sunt valorile medii ale functiilor peste subregiunea studiata.

(2.28)

2.2.4.2. Sudiu comparativ de evaluare a deformatiilor specifice in zona
concentratorilor de tensiune prin metoda corelarii de imagini digitale si
metoda elementelor finite

Pentru un concentrator de tip crestatura laterala simetrica in V (fig. 2.4), cu
raza la varf p = 0.5[mm] si deschiderea unghiularéd 2a = 90°, realizatd din aliajul
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de aluminiu 2024 -T3, s-a determinat distributia deformatiilor specifice ¢, de-a
lungul ligamentului pentru modul I de solicitare (tractiune uniforma uniaxiald), unde
y este directia de solicitare. Determinarile experimentale s-au realizat in
Laboratorul de Rezistenta Materialelor al Universitatii Politehnica Bucuresti, utilizand
sistemul optic ARAMIS 2M , un produs al GOM - Optical Measuring Techniques (fig.
2.13), cu urmatoarele performante:

e rezolutia camerei 2MP;

e viteza de achizitie a imaginilor - pana la 15Hz ;

e domeniul deformatiilor masurate 0.01% + 100% ;

e precizia de masurare a deformatiilor - pana la 0.01%.
Testele s-au efectuat pe o masina Walter + bai de 60kN in regim de deplasare
controlata, cu o vitezad de fincarcare de O.3[mm/min], conectata la sistemul
ARAMIS . Viteza de achizitie a imaginilor a fost de 1imagine/2 sec unde, iar zona de
calcul de 7 x7 subregiuni, o subregiune reprezentand 20 x 20 pixeli cu distanta de
4 pixeli. Rezultatele testelor sunt prezentate in fig. 2.14 pentru trei niveluri ale

fncarcarii: primul in domeniul elastic, cel de-al doilea in domeniul elasto-plastic si
ultimul inainte de rupere.

ew = e Re e om .

Taster, Lichtschranks GOMLAN
Push button, Photoalsctric sensor

0_2BOVAC  USB MNetzwerk Beamer MonMor  Kamera Lund Kamem R entsgrechend
45 65Hz M Tastatur Network der Bedruckung am PC sschiieien |
MouselKeyboard Connect the camera L and camera R
nnnnn ding 1o the labeling on the PC.

Fig. 2.13. Sistemul ARAMIS 2M
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Fig. 2.14. Distributia deformatiilor specifice &y pentru diferite niveluri ale incarcarii
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Aplicarea acestei metode pentru determinarea deformatiilor specifice in zona de la
baza concentratorilor de tensiune ,scapa@” analizei un numar de pixeli de margine
(aprox. 15-20 pixeli), dupa cum se remarca si din fig. 2.15.

2
By 2 la
[%] o F = 7685 [N]
g 44 OF = 17963 [N]
5 & A Fmax = 19423 [N]
iy
4 &
O s
e 7
&Y
) DD -‘111111111111“
- ey
DDDD -"-l-.l._..l..l-.l.111111111_‘1““““““‘
Hog
1 - DE':“:‘DE‘:“:“:“:DE“:'EUUDEEDDEDDDEI:!UUEEDUEUDDEUDDEEDDDE
D 0“.00..O‘.00‘.00..000“.tf‘f‘i.‘..“...‘..f‘.-004 H
T T T T T T

0 1 2 3 4 3 = 7
distanta [mm ]

Fig. 2.15. Distributiile deformatiilor specifice &y de-a lungul ligamentului pentru diferite

niveluri ale incarcarii

Aceste rezultate, si altele prezentate in literaturd - Sutton [1991], Han
[1993], Constantinescu [2008], dovedesc aplicabilitatea metodei corelarii de imagini
digitale in mecanica ruperii si problemele legate de prezenta concentratorilor de
tensiuneA?n componentele structurale.

In paralel s-a efectuat si o analiza neliniara cu elemente finite, utilizand
pachetul software CosmosM 2.9 . Pentru discretizare s-au utilizat elemente finite
izoparametrice PLANE2D cu 8 noduri, in conditii de stare plana de tensiune.
Geometria s-a realizat din entitati geometrice de tip suprafata, care permit o
discretizare parametrizata cu obtinerea densitatii dorite pentru reteaua de elemente
finite In zona de concentrare a tensiunilor, rezultdnd un numar total de 9760
elemente finite si 29713 noduri.

In baza simetriei geometrice si mecanice, analiza cu elemente finite s-a
realizat doar pentru un sfert din componentd, punand conditiile la limitd in deplasari
corespunzatoare de-a lungul celor douda axe de simetrie. Solicitarea de intindere
uniforma uniaxiald s-a realizat prin aplicarea unei presiuni distribuite uniform, egala
cu tensiunea nominala din sectiunea globala (fig. 2.16). Procedura numerica aleasa
pentru solutionare este “controlul lungimii arcului” (arc-length control, manualul
pachetului software CosmosM 2.9 [2004]).

Modelarea neliniaritatii materialului s-a realizat pe baza curbei caracteristice
reale (fig. 2.17) & — ¢, cu relatiile de transformare:

F=0o(l+e), T=In(1+s) (2.29)

unde & si ¢ reprezintd tensiunea reald, respectiv deformatia specificd reald,
Dumitru [2003].
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Fig. 2.16. Conditiile la limita si detaliu al retelei de elemente finite in zona concentratorului
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Fig. 2.17. Curba caracteristica pentru aliajul de aluminiu 2024 - T3

Pe baza rezultatelor obtinute prin cele doua metode in fig. 2.18 s-au
reprezentat diagramele de variatie ale deformatiei specifice ¢, de-a lungul

ligamentului, pentru cele trei niveluri ale fortei.
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Concordanta intre cele doua seturi de rezultate (experimentale si numerice)
este relativ buna in imediata apropiere a concentratorului (0.2—1[mm]), unde
erorile relative nu depisesc + 15%. Pentru distanta de 1-2[mm] de la baza

concentratorului de tensiune se remarca o excelenta concordanta a rezultatelor
experimentale si numerice, acestea practic suprapunandu-se (fig. 2.18).

In baza acestor rezultate, se poate afirma cd metoda coreldrii de imagini
digitale se poate aplica cu succes la determinarea campului deformatiilor specifice in
zona concentratorilor de tensiune, atat in domeniul elastic, cat si in domeniul elasto-
plastic.

2.3. Evaluarea factorului de intensitate a tensiunii pentru
concentratori (Notch Stress Intensity Factor — NSIF)

In cazul concentratorilor de tip crestdturd laterald in V singulari (pentru
care raza la varf p = 0), factorul de intensitate a tensiunii K‘I/ se evalueaza pe baza
distributiei tensiunilor de-a lungul bisectoarei unghiului de deschidere 2« (fig. 1.13,
pentru @ =0). Cele mai cunoscute expresii sunt cele propuse de Gross [1972], pe
baza solutiei exacte a lui Williams [1952].

Cu referire la modul I de solicitare, se reaminteste expresia (1.54) propusa
de Gross [1972]:

KY'? =2z lim r’*o(r,0 = 0) . (2.30)
r—0
unde K‘I/'p reprezinta factorul de intensitate a tensiunii pentru concentratorii de tip
V rotunjiti la varf p # 0 (nesingulari).
Utilizarea acestei expresii in cazul concentratorilor de tip crestatura laterala
in V, dar rotunjiti la varf p =0 (fig. 2.2), merita a fi evaluatda. Se observa din

(2.30), ca pentru r— 0 si factorul de intensitate a tensiunii K}/ —0, In conditiile in

care O‘g(l‘,@ :0) este o valoare finita. Pentru a depasi aceasta problema, in mod

normal, K}/"’ se determina la o anumita distanta de la baza concentratorului, unde

influenta razei p este neglijabild, iar panta distributiei tensiunii circumferentiale oy
este cea data de solutia lui Williams [1952]. Pentru concentratorii prezentati in fig.
2.4 (pentru 22=90° si p=0.2[mm], respectiv p=0.5[mm]), acest
comportament este remarcat si in fig. 2.19, unde este reprezentata in coordonate
dublu logaritmice variatia tensiunii circumferentiale ag(r,e = 0) in functie de

distanta r de la baza concentratorului, ambele marimi fiind normalizate (variatia
este obtinuta din analiza liniar elastica cu elemente finite). Distributiile din fig. 2.19,
reprezentate pentru concentratorii rotunjiti la varf, prezinta la o anumita distanta de
la varful concentratorului, care depinde de raza p, o panta constanta in coordonate

dublu logaritmice. In aceastd zond, campul tensiunilor se poate exprimd in functie
de factorul de intensitate a tensiunii K}/'p.
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Fig. 2.19. Evidentierea zonei de panta constanta, in functie de raza la varful

concentratorului p

Pe de alta parte, asa cum rezultd din fig. 2.20, marimea zonei pentru care factorul
de intensitate a tensiunii este aproximativ constant, depinde de geometria
concentratorului. Cu cat raza la varf p este mai mare, cu atat aceasta zona este

mai redusa.
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Fig. 2.20. Zona de valabilitate a factorului de intensitate a tensiunii K.‘,/’p in functie de

geometria concentratorului (raza la varf p)
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Revenind la expresiile (2.16) propuse de Filippi [2002] pentru descrierea
campului tensiunilor din zona crestaturilor in V rotunjite la varf, prezentate in
subcapitolul 2.1.3 (aici date pentru modul I de solicitare),

7 (1+ 2)cos(1-1)e cos(1+2)0

or b=ar*"1ali(3- 2)cos(1-2)0} + yp(1- 1) —cos(1+ A)o

g (1-2)sin(1-2)e sin(1+2)o

2.31
u-i[  [(1+u)cos(1-u)o cos(1+ 1) (2.31)
i)
+ — 2d1(3—u)cos(1- )6} + yc{-cos(1+ u)o
#a-1){ro (1= u)sin(i- u)o sin(1+ )0

se reaminteste faptul ca toti parametrii au solutii exacte, cu exceptia constantei a,
care se evalueaza pe baza distributiei locale a tensiunilor:

:ﬂr}”l {1+ﬂ+ (1-2) G[Tlax ) “: _ ‘ (2.32)
0 b +| [+ 4) xa+zc||a/4q-1) }}

Din (2.32), Filippi [2002] demonstreaza ca factorul de intensitate a tensiunii

pentru concentratori K‘I/'p se exprimad in functie de tensiunea maximd omzx Prin

relatia:
1-2
Vv, N2z (g-1
K" = omax 5 [ij , (2.33)
unde

2]

q {Zd(1+ﬂ)+lc} ) (2.34)

T4(g-1)| 1+ 4+ zp(1-2)

pentru modul I de solicitare. Valoarea lui o este aproximativ constanta pentru

deschiderea unghiulara 2a <60° si descreste pe masura ce 2a creste peste

aceasta limita. Astfel, solutia pentru concentratorii nesingulari rotunjiti la varf
propusa de Filippi [2002] tinde mai rapid catre solutia Iui Williams [1952] propusa
pentru concentratorii ascutiti singulari, pe masura ce deschiderea unghiulard 2«

creste peste aceasta limita.
Lazzarin [2006] propune o abordare mai generala pentru determinarea

factorului de intensitate a tensiunii K‘I/'p, utilizdnd tensiunea oy la o distantd r

masuratd fata de originea sistemului de coordonate (fig. 2.2), in locul tensiunii
maxime omax de la varful concentratorului:

KVeP = (27 r1- ("9)0:0

[r Ju—ﬂ ' (2.35)
1+ —
o

Reprezentarea grafica din fig. 2.21 a variatiei factorului de intensitate a
tensiunii K‘I/"’, normalizat cu tensiunea nominala globala o, , indicd o mai slaba
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variabilitate a acestuia cu distanta de la baza concentratorului in comparatie cu cea
din fig. 2.20, pana la o distanta egala cu l[mm]. Pentru a elimina si aceasta
variabilitate, Lazzarin [2006] propune medierea peste aceasta distanta.

7.0

W p
6.5 {1

6.0 4 1= A- g=02mm
['T”T' ] o — @=0.5mm

2.5 A

2.0 A

4.5 A

4.0

P e s L e~ -
sa B

3.9 1

2.0 T T

0.01 0.10 1.00 10.00
distanta[mm] [log)

Fig. 2.21. Variatia factorului de intensitate a tensiunii K}/’p cu distanta de la baza

concentratorului
Aceasta expresie generald pentru factorul de intensitate a tensiunii K‘I/'p

prin compararea cu o valoare critica K\I/c'p caracteristica fiecarui material, geometrie

a concentratorului si conditii de incercare, constituie baza formularii criteriilor de
rupere pentru componentele structurale cu concentratori de aceasta forma. Aplicatii
ale utilizarii factorului de intensitate a tensiunii la concentratori drept criteriu de
rupere, se gasesc in lucrarile lui Gdmez [2003], [2004], pentru materiale ceramice
si polimeri (PMMA), si Marsavina [2009], [2010] pentru ruperea unei lamele din
cupru.
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3. APLICATII ALE CONCENTRATORILOR DE
TENSIUNE IN MECANICA RUPERII

3.1. Efectul concentratorilor de tensiune la ruperea fragila a
componentelor structurale

Prezenta unui concentrator de tensiune intr-o componenta structurald este
mult mai dezavantajoasa decat reducerea sectiunii nete sau simpla majorare a
sarcinii aplicate. Efectul concentratorilor de tensiune in ruperea componentelor
structurale depinde atat de dimensiunile absolute ale concentratorilor (prin lungimea
2a) cat si de alte caracteristici geometrice ale acestora: raza la varf p si

deschiderea unghiularé 2« . Dupd valorile acestor caracteristici geometrice,
Pluvinage [1998] clasifica concentratorii de tensiune astfel:

e fisurd (p=0 si 2a =0, fig. 1.12);

e concentrator de tensiune singular (p =0 si 2a =0, fig. 1.13);

e concentrator de tensiune nesingular (p =0 si 2a =0, fig. 1.14).

Efectul concentratorilor de tensiune la ruperea componentelor structurale
poate fi reprezentat grafic prin cunoscuta diagrama a lui Feddersen [1970]. Numita
si diagrama rezistentelor reziduale, aceasta exprima variatia tensiunilor critice oy

care conduc la ruperea fragila a componentelor cu defecte (fisuri sau concentratori
de tensiune) in functie de lungimea acestora.

Considerand o placa de latime finita H cu un concentrator central de
lungime 2a, pentru care tensiunea neta limita este o., se poate determina

tensiunea critica globald o, cu relatia:

ou :O'C(l—%] , (3.1)

ilustrata grafic printr-o dreapta (fig. 3.1), reprezenténd descresterea tensiunii o, la
cresterea lungimii defectului 2a.

Daca defectul este de tipul fisura centrald, atunci se poate scrie expresia
factorului de intensitate a tensiunii in forma

K| =O'\/E , (32)

de unde se obtine, pentru starea plana de deformatie, expresia tensiunii critice:
K
oy = e - o‘u\/a = const. (3.3)
ra
unde K,. reprezinta valoarea critica a factorului de intensitate a tensiunii, numita si

tenacitate la rupere.
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Pentru un defect de tipul concentrator nesingular, tensiunea criticd o, se

calculeaza dintr-o relatie de forma, Pluvinage [1998]:
ou a? = const.
unde g este o constanta.

'y

)
o, a® = const,

oz

@af7 = const,

curgere pe fntreaga

,/"//’ sec tiuhe

H=2=2a

(3.4)

Fig. 3.1. Diagrama rezistentelor reziduale pentru diferite defecte (fisura, concentrator

nesingular)

In concluzie, efectul concentratorilor de tensiune in ruperea componentelor
structurale este caracterizat prin faptul ca tensiunea critica globald o, variaza dupd

o relatie neliniara si indicd o valoare mai mica decat cea datd de expresia (3.1),
severitatea unui concentrator simplu de tensiune fiind mai redusd decat a unei

fisuri.

Din punctul de vedere al aplicabilitatii in inginerie, este necesara adaptarea
unor criterii de rupere pentru componentele structurale cu concentratori de tensiune

si introducerea unor metode bazate pe noi parametri.
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3.2. Cercetari privind ruperea fragila a componentelor
structurale cu concentratori de tensiune nesingulari

Dupa cum rezulta si din paragraful precedent, atunci cand un concentrator
de tensiune exista intr-o componenta structurala, rezistenta acesteia este diferita de
cea determinatda pe epruvetele testate la tractiune uniforma uniaxialda. Asadar,
prezenta concentratorilor de tensiune, indiferent de tipul lor, genereaza dificultati in
evaluarea rezistentei componentelor sau structurilor. Dacd, printr-o proiectare
adecvata, introducerea concentratorilor de tensiune singulari (fisuri sau crestaturi in
forma de V cu raza de racordare la varf egala cu zero) intr-o componenta poate fi
evitatda, prezenta concentratorilor nesingulari (gauri circulare, racordari,
concentratori in forma de U sau V rotunjiti la varf) reprezinta cazuri frecvente in
practica curenta.

Numeroase studii sunt dedicate ruperii fragile a componentelor care contin
concentratori de tensiune singulari in forma de V, Carpinteri [1987], Knesl [1991],
Seweryn [1994], [2002], Dunn [1997], [1997a], Gomez [2003], Chen [2008], sunt
doar cateva dintre acestea. Lucrand cu materiale fragile, pentru care elasticitatea
liniard este aplicabild, cAmpul tensiunilor si deformatiilor de la baza concentratorului

este caracterizat prin factorul de intensitate K", care este o functie de unghiul 2«
al concentratorului (1.53). Prin analogie cu corpurile cu fisuri, aceste studii stabilesc
criterii de rupere bazate pe o valoare critica a factorului de intensitate a tensiunii

KV ; cu alte cuvinte, o fisurd se initiaz3 si se propagd de la baza concentratorului
atunci cand factorul de intensitate a tensiunii atinge o valoare criticd K¥ . Pentru

verificarile experimentale sunt utilizate materiale cu un comportament fragil, cel mai
frecvent polimetilmetacrilat (PMMA), dar si alti polimeri (polivinilchlorid - PVC,
acrilat), duraluminiu si otel (incercari la temperaturi joase).

In schimb, chiar daca un concentrator de tensiune nesingular se poate
transforma intr-unul singular prin initierea unei fisuri la baza sa, studiile dedicate
ruperii componentelor care contin concentratori de tensiune nesingulari sunt mult
mai putin numeroase. Din marea lor diversitate, sunt investigati concentratori de
tensiune in formd de U, Gomez [2006], in forma de V rotunjiti la varf, Gomez
[2004], sau de tipul gaura circulara, Li [2006]. Verificarile experimentale sunt
realizate pentru ruperi fragile, utilizdndu-se materiale ceramice si polimerice (cel
mai frecvent PMMA).

In acest capitol se prezinta rezultatele experimentale obtinute pentru
Necuron 1020, un polimer utilizat in aplicatiile industriale pentru realizarea de
matrite de stantare a tablelor, modele de turnare, calapoade de verificare, modele
de testare aerodinamicd si hidrodinamicd. In plus, rezistenta la rupere a
componentelor cu concentratori de tensiune este evaluata utilizand diferite criterii
de rupere, rezultatele estimate fiind comparate cu cele experimentale. In final, se
evalueaza forta de rupere pentru o componentda pe baza teoriei distantelor critice,
rezultatele obtinute fiind comporate cu cele experimentale.

3.2.1. Rezultate experimentale

in lipsa unor valori pentru proprietatile mecanice ale polimerului Necuron
1020 furnizate de catre producator (Necumer-Product GmbH), s-au realizat incercari

58

BUPT



de mecanica ruperii in Laboratorul de Rezistanta Materialelor al Universitatii
“Politehnica” din Timisoara, dupa prescriptiile standardului american ASTM D 5045-
99, pe o masina Walter+bai pentru incercari statice si variabile de 10 [kN].
incercdrile de mecanica ruperii s-au realizat pe epruvete de incovoiere in
trei puncte (fig. 3.2-H =20 mm ; t =H/2 ; a/H = 0.45 ), la temperatura ambianta

(23°C) si o viteza de incarcare de 10 [mm/min].

450
400 ~
350 +
300 +
250
2 200 -
150 A
- »le » 100
22H | 22H 50 -

I:I T T
0 0.5

lu[mm]l'5

Fig. 3.2. Epruveta de mecanica ruperii si curba forta-deplasare la incercarea de incovoiere in
trei puncte

Valoarea critica a factorului de intensitate a tensiunii Kj-. pentru epruvetele de
incovoiere in trei puncte este data de relatia:

F
KI — max f,
¢ tH12

(3.5)

unde f =9.14 pentru raportul a/H = 0.45. in conditiile stirii plane de deformatie,
s-a obtinut o valoare medie a factorului critic de intensitate a tensiunii

Kie=2.72 [MPa\/E } Validarea rezultatelor experimentale, presupune verificarea

conditiilor pe care trebuie sa le findeplineasca dimensiunile epruvetei pentru
realizarea starii plane de deformatie:

2
t=10mm,a=9mm,(H-a)=11mm >2.5(&J =8mm . (3.6)

Oc

Pentru investigarea ruperii fragile a componentelor cu concentratori de
tensiune nesingulari, au fost testate epruvete netede si epruvete cu concentratori
centrali de tip gaura circulard, pentru trei dimensiuni ale diametrului
d=1,2, 3[mm] (fig. 3.3); epruvetele au fost testate la intindere uniforma uniaxiala
cu o vitezd de fincdrcare de 5[mm/min]. Pentru realizarea stérii plane de

deformatie, In concordantd cu (3.6), s-a stabilit o grosime a epruvetelor de
t=10[mm].
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L= 100 mm t=1dmm

|
d'=1,2 32 mm

T
=t
.

L

Fig. 3.3. Epruveta cu concentrator de tensiune de tip gaura circulara
Rezultatele testelor sunt prezentate in fig. 3.4, unde sunt reprezentate cateva curbe

tensiune-deformatie specificd pentru diferitele valori ale diametrului gaurii circulare
centrale. Rezistenta la rupere o, a epruvetelor cu concentratori s-a determinat ca

raportul dintre forta maxima Fpax Inregistratd si aria sectiunii brute, iar deformatia
specificd liniard ¢ pentru baza de mdsurare a extensometrului Ip = 25 [mm]:

Fmax g=4‘_/
Ht ! Ip

oy = (3.7)
Cu alte cuvinte, tensiunea o, reprezintd tensiunea nominald aplicatd in sectiunea
bruta a sectiunii la ruperea epruvetelor cu concentratori; pentru epruvetele fara
concentratori de tensiune (netede) rezistenta la rupere este notatd prin o, .
incercdrile de tractiune uniformd uniaxiald s-au realizat dupd prescriptiile
standardelor EN ISO 527-1 [1993] si EN ISO 527-2 [1994].

Se observa din fig. 3.4 o neliniaritate usoara a curbelor tensiune-deformatie
specifica pentru Necuron 1020; in consecinta acceptarea unui comportament liniar
elastic este justificata, fara introducerea unor erori semnificative. De asemenea,
ruperea este instantanee la atingerea unui nivel critic al incarcarii, indicand faptul ca
ruperea polimerului Necuron 1020 este una fragila.

a0
oy 45 epruvets

[MPa]40 fard concentrator

33 A f_,..-""
30 4
25 4
20 - o =1
15 4 d==2
10 4
5 -
I:I T T T
0 0.005 0.01 0.015 0.0z

& [mm,fmm]

Fig. 3.4. Curbele tensiune-deformatie specifica pentru epruvete netede si cu concentratori
de tensiune de tip gaura circulara
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Rezistentele la rupere ale epruvetelor cu concentratori de tensiune, determinate
experimental, sunt date in tab.3.1 si fig. 3.5, in functie de diametrul gaurii circulare.

Tabel 3.1
ip epruveta | Epruveta faré  Epruveta cu Epruveta cu Epruveta cu
concentrator d = 1[mm] d = 2 [mm] d = 3 [mm]
i, or [MPa] ou [MPal ou [MPal ou [MPa]
1 42.32 40.07 35.73 31.37
2 45.14 39.10 35.80 31.54
3 44.23 39.45 35.23 31.95
4 44.05 40.15 36.14 31.30
5 43.04 39.24 35.91 31.09
Valoare 43.75 39.60 35.76 31.45
medie

Se observa cu usurintd influenta diametrului gaurii circulare asupra rezistentei
epruvetelor cu concentratori de tensiune: o, scade cu cresterea diametrului d .

an
oy I
[MF'a] 40 4 PO
20 B
20 A
10 +
D T T T
Epruvete fara d=1mm d=2mm d = 32mm
concentrator

Fig. 3.5. Tensiunea de rupere oy, in functie de diametrul gdurii circulare

in fig. 3.6 sunt prezentate comparativ rezultatele experimentale alaturi de
doua valori ale tensiunilor, utilizate frecvent in aplicatiile ingineresti: tensiunea neta
onet determinata fara a lua in considerare efectul de concentrare a tensiunilor

Fmax
Onet = , (3.8)
(H-d)t
si respectiv tensiunea maxima (determinata pentru un coeficient teoretic de
concentrare a tensiunilor Kz = 3).
Evaluarea rezistentei la rupere o, pe baza tensiunii nete oper conduce la o
supraestimare a acesteia, eroarea majorandu-se la cresterea diametrului d al

concentratorului (pentru d:3[mm], eroarea relativa maxima este de aprox.
15%).
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1.2
o, M criteriul tensiunii nete

O 1 - Orezultate experimentzle
B criteriul tensiunii maxime

d = 1mm d = 2mm d = 3mm

Fig. 3.6. Comparatia rezultatelor experimentale cu estimarile dupa criteriul tensiunii nete si
maxime

Dupa criteriul tensiunii maxime, ruperea se produce daca tensiunea maxima
atinge rezistanta la rupere o, determinatd pentru epruvete fara concentrator la

intindere uniforma uniaxialda. Acceptand acelasi coeficient teoretic de concentrare a
tensiunilor K¢ = 3, indiferent de diametrul gaurii circulare, rezistenta la rupere oy

devine o,/3. Estimarile subevalueazd rezistenta epruvetelor cu concentratori,

eroarea fiind maxima pentru cea mai mica valoare a dimetrului (pentru d = l[mm]
eroarea relativa maxima este de 63% ). Asadar, in ambele cazuri, estimarile nu
aproximeaza rezultatele experimentale cu suficienta precizie.

3.2.2. Criterii de rupere pentru aprecierea rezistentei
componentelor cu concentratori de tensiune

Pentru aprecierea ruperii materialelor fragile, se folosesc in general doua
criterii de rupere. Primul, un criteriu de rezistentd, este exprimat in tensiuni:

c=0r , (3.9)

ruperea producandu-se daca, cel putin intr-un punct, tensiunea atinge rezistenta la
rupere o . Cel de-al doilea, un criteriu energetic

G:GC 7 (310)

stabileste ca ruperea se produce atunci cand forta de extensie a fisurii G atinge o
valoare criticd G, . Acest criteriu poate fi exprimat intr-o forma echivalentd, pe baza

factorului de intensitate a tensiunii K si a valorii critice a acestuia Ky :

K:Kc . (3.11)
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Aceste doua criterii de rupere se aplica cu bune rezultate celor doua cazuri
extreme: criteriul de rezistenta pentru componentele fara fisuri, iar criteriul
energetic, bazat pe mecanica ruperii liniar elastice, se aplicd componentelor cu
fisuri. In continuare, se studiaza posibilitatea aplicarii acestor criterii in cazul
componentelor cu concentratori de tensiune nesingulari.

3.2.2.1. Criteriul fortei de extensie a fisurii (Griffith)

Adaptarea criteriului propus de Griffith [1920] la ruperea componentelor cu
concentratori de tensiune nesingulari este posibila considerand o fisura virtuala de
lungime /. (fig. 3.7) ce se propagd de-a lungul ligamentului pornind de la baza
concentratorului. In fapt, forta de extensie a fisurii G se poate calcula din factorul
de intensitate a tensiunii K; (pentru modul I de propagare a fisurii)

K2
G-—-L | (3.12)
E
unde
' E
E=1_V2 ’ (3.13)

pentru starea plana de deformatie, justificatd de grosimea t =10 [mm], mare in
comparatie cu diametrul d al gdurilor circulare. Lungimea fisurii virtuale /. se

determina in continuare dupa abordarea propusda de Seweryn [2002]. Astfel,
lungimea virtuala a fisurii /. reprezinta distanta de la baza concentratorului de

tensiune la care cele doua criterii (3.9) si (3.11) sunt echivalente, adica:
Omax =or . Kr=Kpc (3.14)

unde omax €ste tensiunea maxima de la baza concentratorului.

Expresia factorului de intensitate a tensiunii pentru o placd de latime H
avand o fisura centrald de semilungime /. dupd Feddersen [1966] este:

/
Ki =omax7lc sec(%j , (3.15)

Din (3.15) se determina lungimea fisurii virtuale prin rezolvare numerica a relatiei,
rezulténd:

lc =1.208 [mm] . (3.16)

Expresia factorului de intensitate a tensiunii pentru fisuri radiale egale de
lungime /. dezvoltate la baza concentratorului de forma circulara este similara cu

(3.15) considerand o lungime echivalenta a fisurii egala cu a+ /. (fig. 3.7):

Kr =oyrla+lc) sec(@] , (3.17)
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Fig. 3.7. Geometria pentru care se calculeaza factorul de intensitate a tensiunii
Din (3.17) se determind la limitd rezistenta la rupere o, ca tensiune
aplicata in sectiunea bruta la ruperea componentelor cu concentratori:
Kic

Jrla+1c i\/sec(”(a’:/‘f)j . (3.18)

Din rezultatele evaluarii rezistentei la rupere o, pe baza criteriului fortei de
extensie a fisurii, prezentate in tab.3.2, rezultd o subestimare usoara a acesteia
pentru intreaga gama a valorilor diametrului d, erorile relative fiind insa rezonabile
pentru aplicatiile ingineresti.

oy =

Tabel 3.2
Rezultate Criteriul E lativs
experimentale Griffith roare['o/rej ativa
()
Tip epruvets ou [MPa] ou [MPa]
d = 1[mm] 39.60 36.46 -7.9
d=2[mm] 35.76 31.67 -11.4
d = 3 [mm] 31.45 28.14 -10.5

3.2.2.2, Criteriul Leguillon [2002]

Criteriul propus de Leguillon [2002], pentru concentratori de tensiune
singulari in forma de V, stabileste ca ruperea se produce daca tensiunea principala
maxima, intr-un punct al componentei nefisurate, si forta de extensie a fisurii,
pentru o fisurd virtuald al carei varf sa afld in acelasi punct, ating simultan valorile
lor critice. Cunoscand distributia tensiunilor de la baza concentratorului de forma
circulard pentru placa infinitéd, Timoshenko [1970], conditia in tensiuni conduce la
relatia:

2 4
)=2u| 24| 2 32 - :
olle)== +(a+lcj 3 or (3.19)
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Cea de-a doua conditie se scrie intr-o forma echivalenta, utilizdnd expresia
factorului de intensitate a tensiunii (3.17):

Ki(lc) = oy J=zl@a+1c) sec[MJ =K - (3.20)

H

Din (3.19) si (3.20), eliminand tensiunea o, rezulta ecuatia

2oy Kic

2 - V4
2.2 +3_9 ¥ Jr@a+ /Ci\/sec(”(a”c)j (3.21)
a+le H

a+lc

prin a carei solutionare numerica se calculeaza distanta /- si din (3.19) rezistenta la
rupere oy .

Rezultatele prezentate in tab.3.3, indica o imbunatatire semnificativa a
estimarilor pe baza criteriului propus de Leguillon, dovedind o foarte buna eficienta
si pentru concentratorii nesingulari de tensiune.

Tabel 3.3
Rezultate Criteriul E Jativs
experimentale Leguillon roarfo/rej' ativa
()
Tip epruve3 oy [MPa] oy [MPa]
d=1[mm] 39.60 40.29 +1.7
d = 2 [mm] 35.76 34.65 -3.1
d =3 [mm] 31.45 30.40 -3.3

3.2.2.3. Criteriul Zhang [2008]

Criteriul dezvoltat de Zhang [2008], pentru predictia initierii fisurilor in
materiale fragile si cvasi-fragile, este aplicabil unei game largi de concentratori de
tensiune, atat ca forma cat si ca nivel de concentrare (severitate). El se bazeaza pe
abordarea ruperii propusa de Rashid [1968], dupa care un numar mare de micro-
fisuri se initiaza simultan intr-un material fragil atunci cand tensiunea nominala
atinge un anumit nivel. Distributia acestor micro-fisuri depinde in principal de
concentrarea locala a tensiunilor si de eterogenitatea materialului, Bazant [1976],
[1979].

Acest concept este sustinut de numeroase cercetari fractografice raportate
in literatura, confirmate si pentru polimerul Necuron 1020 prin testele realizate (fig.
3.8) in laborator. Se distinge o rugozitate insemnata pentru suprafata de rupere a
epruvetele fr§ concentratori de tensiune, testate la intindere uniforma uniaxiald. In
schimb, suprafata de rupere este aproape neteda pentru epruvetele cu concentratori
in forma de U si prezinta o rugozitate intermediara pentru concentratorii de forma
circulara. Asadar, rugozitatea suprafetelor de rupere depinde in mod sensibil de
severitatea concentratorului de tensiune, diminuandu-se pentru niveluri inalte ale
coeficientului de concentrare K¢ . in general, crearea de suprafete mai fine necesita

un consum mai mic de energie pentru simplul motiv ca aria de rupere nou creata
este mai redusa. In concluzie, Zhang [2008] apreciaza ca energia consumata pentru
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initierea unei fisuri de la o suprafata fara concentrator de tensiune (neteda) este
mai mare decat cea consumata pentru ca o fisura initiata sa se propage.

epruvetd faré concentrator de tensiune concentrator de form circularé (d = 1[mm])

concentrator in forma de U

Fig. 3.8. Suprafata de rupere a polimerului Necuron 1020 la incercarea de tractiune

Zhang [2008] explica dependenta energiei consumate la crearea de noi
suprafete de nivelul concentrarii tensiunilor prin mecanismul de rupere bazat pe
formarea zonei de micro-fisuri si coalescenta acestora intr-o fisura principala (fig.
3.9). Pentru un nivel inalt al concentrarii tensiunilor, de exemplu in cazul unei fisuri,
zona de formare a micro-fisurilor este ingusta. In acesta situatie, coalescenta lor
intr-o fisura principala va forma o suprafata de rupere extrem de fina. Daca nivelul
concentrarii tensiunilor este mai slab, micro-fisurile se vor forma intr-o zond mai
intinsa, iar coalescenta lor va produce o suprafata de rupere mai rugoasa.

Astfel, Zhang argumenteaza introducerea celui de-al treilea parametru de

rupere, tenacitatea materialului la intindere uniform& uniaxiald GY .
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Fig. 3.9. Formarea zonei de micro-fisuri pentru diferiti concentratori, Zhang [2008]
Plecand de la observatiile prezentate, Zhang [2008] a propus un criteriu
bazat pe trei parametri: rezistenta la rupere o, , forta criticd de extensie a fisurii G
si tenacitatea materialului la intindere uniform& GY, inteleasd ca energia eliberat3
pe unitatea de suprafatd cand materialul este solicitat la fintindere uniforma
uniaxiald. In consecinta, forta critica de extensie a fisurii Gg pentru orice nivel de
concentrare a tensiunilor se stabileste prin interpolarea:

Gila)=aG +(1-a)GY , O<ac<1 (3.22)

unde o este un parametru care descrie nivelul concentrarii tensiunilor si depinde de
latimea h a zonei de micro-fisuri, formata inainte de initierea fisurii principale.
Presupunand ca micro-fisurile se dezvolta in interiorul zonei in care tensiunea
principald maxima o; depaseste rezistenta la rupere, adica o; > o, latimea h se
poate determina din aceasta conditie in tensiuni, astfel:

o = Dfisurs fleurs (3.23)

unde hfgyrs este latimea zonei de la varful fisurii pentru care o;>op, la

propagarea fisurii.
Din expresia tensiunii principale maxime la varful unei fisuri

o1 = K1 cos£[1+sin£j
1 ‘/ﬁ D) 2 ’ (3.24)

se determind raza r a zonei in care o7 > or

2 2 2
K
r-— {cosg(l N S,-nﬁﬂ - L{cosﬁ[l +sin EH (3.25)
2702 2 2 2d(1-02)e2 L 2 2

pentru starea pland de deformatie, Iatimea h s, s devenind in final:

hfisurs= 2rsin 6 = 2 max LZ cos — (1 + sin —J siné@ (3.26)
2rog 2 2
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relatia (3.26) indicand ca latimea hfgyrg este un parametru de material.

Pe baza abordarii lui Leguillon [2002], Zhang [2008] a admis ca initierea
fisurii are loc pe directia pe care tensiunea normala este maxima la indeplinirea
cumulativa a urmatoarelor doua conditii:

e tensiunea principald maxima atinge la distanta caracteristica /. rezistenta la

rupere a materialului o;(/c)= oy, pentru componenta cu concentrator de tensiune,

dar nefisurata;
o forta de extensie a fisurii la varful unei fisuri virtuale propagatd de la baza

concentratorului, la aceeasi distanta caracteristica, atinge valoarea critica Gg(a)
determinata dupa (3.22).

Tinénd cont de grosimea epruvetelor suficienta pentru indeplinirea conditiilor

necesare realizarii starii plane de deformatie, se poate determina valoarea critica a
fortei de extensie a fisurii G :

2
—E/(ffcvq 9] (3.27)

Ge =

cu E =3300[MPa], v=0.38 si Kic = 2.72 [MPa(m)l/z} . Cel de-al treilea parametru

de material G¢ se determind admiténd ca singura sursd de disipare a energiei este
crearea unei suprafete noi prin rupere

G¢=-= , (3.28)

unde /7 este energia potentiald de deformatie, iar S este aria sectiunii de rupere la
intindere uniformd@ uniaxiala; pentru polimerul Necuron 1020, din datele

experimentale s-a obtinut c& GY =5.5G.. Pe baza relatiei (3.26) s-a obtinut
hisurs = 1.9359 [mm], iar din analiza cu elemente finite s-au determinat
hgi = 1.9765 [mm], hgo = 2.0349 [mm] si hg3z = 2.0490 [mml].

indeplinirea cumulativa a celor doua conditii impuse de criteriul lui Zhang
[2008], conduce la sistemul de ecuatii:

a § a ?
O
G(IC): 2U 2+[a+lc] +3[a+/CJ - or

2
{au ,/ﬁiaHC i],SGCﬂ'a:’/C:| (171/2)
E

prin a carui solutionare numerica se determina /. si oy .

Rezultatele obtinute sunt prezentate in tab.3.4, alaturi de cele
experimentale, observandu-se o foarte buna concordantd fintre acestea.

(3.29)

Gg(/c): :aGc+(1_0‘)Gg ’
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Introducerea celui de-al treilea parametru GY de rupere a condus la o imbunétatire
semnificativa a evaluarii rezistentei componentelor cu concentratori de tensiune.

Tabelul 3.4
Rezultate Criteriul E Jativs
experimentale Zhang roartfo/ri ativa
()
Tip epruvetd ou [MPa] ou [MPe]
d = 1[mm] 39.60 40.58 +2.5
d=2[mm 35.76 35.42 -0.9
d = 3 [mm] 31.45 31.46 +0.03

Rezultatele obtinute pentru evaluarea

rezistentei componentelor cu

concentratori, pe baza celor trei criterii de rupere prezentate, sunt ilustrate in fig.

3.10.

45
oy

fupg 40
35
30 4
25
20
15 -
10 -

5_

0 T

Orezultate experimentale
W criteriul Griffith

| criteriul Leguillan

acriteriul Zhang

d = 1mm d = 2mm

d = 3mm

Fig. 3.10. Prezentarea comparativa a rezultatelor determinate cu diferite criterii de rupere

Excelenta concordantd a rezultatelor experimentale cu estimarile bazate pe
criteriile prezentate demonstreaza ca este posibila adaptarea acestora la ruperea
fragila a componentelor cu concentratori de tensiune nesingulari. Pentru activitatea
de proiectare inginereasca insa, aceste criterii de rupere au neajunsul unei aplicari

relativ dificile.

Acesta este argumentul pentru care in continuare se propune abordarea
ruperii fragile a componentelor cu concentratori pe baza unei metode relativ simplu
de aplicat si adecvata proiectarii in ingineria mecanica, din perspectiva utilizarii largi

a programelor de analiza cu elemete finite.
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3.3. Aplicarea Metodei Distantelor Critice (Theory of Critical
Distances) la ruperea fragila a componentelor cu
concentratori de tensiune

3.3.1. Scurta prezentare a metodei distantelor critice

Asa cum este prezentatd de Taylor [2006], [2007], metoda distantelor
critice reprezinta in fapt un grup de metode care au o abordare comuna - in primul
rand acestea utilizeaza o lungime caracteristica drept parametru de material, si
anume distanta criticd L, calculatéa in functie de proprietatile mecanice ale
materialului. Din acest grup de metode, pornind de la cea mai simplu de aplicat,
metoda punctului (Point Method), mai fac parte metoda liniei (Line Method), metoda
ariei (Area Method) si metoda volumului (Volume Method).

Istoria metodei distantelor critice se constituie intr-un exemplu interesant
pentru un fenomen care se petrece adesea in stiinta: descoperirea repetatd a
aceleiasi idei si dezvoltarea sa paraleld in domenii diferite. Astfel, independent unul
de celdlalt, cercetand cedarea prin obosealda a componentelor metalice cu
concentratori, Neuber [1958] in Germania si Peterson [1959] in SUA, au introdus
primele formulari pentru metoda liniei, respectiv, metoda punctului. Principalul
neajuns al acestor formulari este legat de definirea distantei critice, cei doi
recurgand in final la o determinare empirica a valorii distantei critice, prin ajustarea
estimarilor cu datele experimentale. Alte formulari ale celor doua metode au fost
propuse de McClintock [1965] si Novozhilov [1969] pentru studiul ruperii fragile,
utilizand drept distantd criticd distanta interatomicd. Un alt pas important in
dezvoltarea metodei distantelor critice este reprezentat de lucrarea lui Whitney
[1974], dedicata ruperii compozitelor laminate care contin concentratori de
tensiune. Lucrarea propune doua metode similare cu metoda punctului si metoda
liniei, realizand legatura cu mecanica ruperii liniar elastice prin exprimarea distantei
critice n functie de factorul critic de intensitate a tensiunii K. ; in plus, Whitney

obtine si legatura intre distantele utilizate in cele doua metode, L/2 si respectiv 2L .

La aproape un deceniu distantd, Tanaka [1983] propune relatia teoretica de
determinare a distantei critice L pentru calculul la solicitari variabile in domeniul
durabilitatilor mari, fara sa ofere insd date experimentale pentru verificarea
acesteia. Ideea a fost redescoperita si validata experimental mai tarziu, Lazzarin
[1997] si Taylor [1999], [2000], pentru calculul componentelor cu concentratori la
solicitari variabile. Metoda distantelor critice s-a dezvoltat prin aplicarea cu succes la
estimarea ruperii fragile a materialelor polimerice, Kinloch [1980], si prin validarea
sa experimentala in alte domenii: ruperea fragila a metalelor si materialelor
ceramice, oboseala materialelor polimerice, Taylor [2007].

Utilizarea metodei distantelor critice la predictia ruperii fragile presupune
cunoasterea campului tensiunilor elastice din vecinatatea concentratorului, obtinut
printr-o analizd cu elemente finite (sau o solutie analitica, daca este disponibild), si
a doud constante de material, distanta criticd L si tensiunea criticd op (denumita si

rezistenta intrinseca a materialului, Susmel [2008]).

Cu scopul prezentarii metodei, se considera intinderea uniforma uniaxiala a
unei componente cu un concentrator de tensiune (fig. 3.11), campul tensiunilor de
la baza concentratorului fiind cunoscut dintr-o analiza liniar elastica; cu alte cuvinte
se determind tensiunile si deformatiile elastice presupunéand ca nu apar fenomene
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de curgere plastica sau degradare care sa produca deformatii remanente sau un
comportament neliniar tensiune-deformatie.

Cea mai simpla forma a metodei distantelor critice, metoda punctului,
utilizeaza un criteriu de rupere care poate fi enuntat astfel: cedarea se va produce
atunci cénd tensiunea la o distantd L/2 mdsuratd de la baza concentratorului
(pornind din punctul de tensiune maximd) este egald cu tensiunea criticd op a
materialului, Taylor [2007]. Asadar, dacd se noteaza cu r distanta de la baza

concentratorului, metoda punctului poate fi exprimata intr-o forma matematica prin
relatia urmatoare:

o(r=L/2)=0p . (3.30)

Pentru exemplul din figura 3.11, in relatia (3.30) prin tensiunea normala o este
desemnata tensiunea normala principala maxima, iar directia pe care se masoara
distanta critica este perpendiculara la suprafata concentratorului in punctul de
tensiune maxima (in situatia din fig. 3.11, aceasta directie este perpendiculara
implicit si pe directia tensiunii principale maxime).

Metoda Liniei (2L)

Metoda Ariel [1.324)

hg[Me toda Volumutui [2.54L))

Punctul de tensiune max ima

hal 3

Metoda Punctului [L{2)

Fig. 3.11. Metoda distantelor critice

Taylor [1999] a obtinut expresia pentru distanta critica L realizdnd o
legatura teoretica intre metoda distantelor critice si mecanica ruperii liniar elastice.
Daca metoda distantelor critice este valabild pentru oricare tip de concentrator de
tensiune, atunci ea este aplicabila si fisurilor (o =0), pentru care distributia

tensiunilor elastice la varful fisurii (r <<a) este data de expresia (Westergaard
[1939]):

S I S——— ]

1‘[ a JZ - o (3.31)
a+r

Ruperea fragila se va produce atunci cand factorul de intensitate a tensiunii K
devine egal cu valoarea criticd K., adica:
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O'r:\/E . (3.32)

Taylor a presupus in continuare ca intre constantele utilizate de metoda distantelor
critice si factorul critic de intensitate a tensiunii K. existd o anumita legatura.
Pentru o fisura a carei lungime a este mult mai mare decat distanta critica L din
(3.30) si (3.31) se obtine:

a(r:L/Z):Ur\/%:oo , (3.33)
iar impreuna cu (3.32) rezulta expresia de calcul a distantei critice L :
2
L= i[ﬁj . (3.34)
T O'O

Relatiile (3.31) si (3.32) utilizate de Taylor sunt valabile pentru cazul particular al
unei fisuri centrale strapunse dintr-un corp infinit. Pentru alte geometrii trebuie
introdus un factor geometric, fara ca acest lucru sa afecteze generalitatea relatiei
deduse (3.34).

Pentru celelalte trei metode parametrul utilizat nu este tensiunea intr-un
anumit punct, ci valoarea medie a acesteia stabilitd pentru o anumitd regiune a
campului de tensiune de la baza concentratorului. Astfel, in metoda liniei medierea
se realizeaza pentru o distanta 2L, pornind de la baza concentratorului (unde se

considera r=0):
1 2L
o ia(r)dr —ap . (3.35)

Estimarile date de metoda punctului si metoda liniei sunt identice pentru cazurile
extreme: concentratori de tipul fisurda lunga si componente fara concentratori
(netede). Pentru oricare alta problema estimarile nu vor fi identice, dar diferentele
sunt in general mici, stabilirea metodei adecvate unei probleme depinzédnd de
mecanismul de cedare a materialului.

Metoda ariei si metoda volumului propun medierea tensiunilor pentru o
anumita suprafata din vecinatatea concentratorului, respectiv pentru un anumit
volum; in mod evident, rezultatele vor depinde de forma suprafetei, respectiv
volumului. Pentru o suprafata de forma semicirculara, cu centrul in punctul de
tensiune maxima, si un concentrator ascutit, Bellet [2005] a demonstrat ca raza
criticd este egald cu 1.32L (fig. 3.11.); similar, pentru un volum de forma
semisferica Bellet [2005] a obtinut o raza critica de 1.54L. Ultimele doua metode

sunt relativ dificil de utilizat, necesitand efectuarea unor integrale pe o suprafata
sau pe un volum, fara sa aduca o crestere semnificativa a preciziei estimarilor.

De retinut ca, in relatia (3.34), valoarea factorului critic de intensitate a
tensiunii K. depinde de starea de solicitare (stare pland de deformatie sau

tensiune, grosimea epruvetei). Pentru starea pland de deformatie si modul I de
solicitare factorul critic de intensitate a tensiunii este notat uzual cu Kj- (denumit si

tenacitate la rupere). in ceea ce priveste valoarea tensiunii critice op, alegerea
acesteia depinde de tipul materialului; pentru materialele fragile (ceramice) sau
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pentru anumite materiale cvasi-fragile (compozite armate cu fibre, beton) tensiunea
criticd op se alege egald cu rezistenta de rupere la tractiune op = oy, mai precis
rezistenta de rupere a unei epruvete netede fara defecte. Daca ruperea finald este
precedata de o deformatie plastica limitata (polimeri, incercari ale metalelor la
temperaturi joase), tensiunea criticd op primeste o valoare care este, in general,

mai mare decat rezistenta determinata pe componente netede, fara concentratori.
In aceastd formd modificatd a teoriei distantelor critice, tensiunea oy se determina

prin Tncercarea unor epruvete care contin concentratori de tensiune diferiti, care dau
distributii diferite ale tensiunilor la baza concentratorului, Taylor [2004], Susmel
[2008]. Aceasta modificare a metodei este explicata prin faptul ca mecanismul de
rupere este diferit pentru o epruvetda neteda (propagarea unui micro-defect
preexistent), mecanism care nu se regaseste in prezenta unui concentrator de
tensiune.

hcentrator ascudit
concentrator ratuniit

Fig. 3.12. Determinarea marimilor critice L si op din distributia tensiunilor elastice pentru
doi concentratori de tensiune diferiti

Aceastd modalitate de determinare a tensiunii critice op este ilustrata in fig.
3.12: L si og sunt estimate prin coordonatele punctului de intersectie a celor doua

curbe ce reprezinta distributia tensiunilor elastice in functie de distanta de la baza
concentratorului, in conditiile de initiere a ruperii.

3.3.2. Determinarea constantelor de material L si sy pentru
Necuron 1020

Plecand de la ipoteza ca metoda distantelor critice este utila la predictia
ruperii in problemele unde campul nominal al tensiunilor este liniar-elastic (ruperea
materialelor ceramice, solicitari variabile in domeniul durabilitatilor mari), adica
deformatiile specifice sunt elastice, cu exceptia unei zone reduse de la baza
concentratorului (zona de proces), Taylor [2004] a cercetat posibilitatea aplicarii
acestei metode la ruperea polimerilor (PMMA - polimetilmetacrilat). De asemenea,
Taylor [2007] a verificat aplicabilitatea metodei distantelor critice, pe baza
rezultatelor publicate in literatura, si pentru alte materiale polimerice: policarbonat,
polistiren, polivinilchlorid.

In continuare se verifica, pentru materialul Necuron 1020 - un poliuretan
rigid, aplicabilitatea metodei distantelor critice la estimarea ruperii componentelor
cu concentratori de tensiune de forma gaura circulara, caracterizati printr-o valoare
medie a coeficientului teoretic de concentrare K;. in prima parte, se va utiliza

metoda distantelor critice in forma sa initiald, cu distanta critica L determinata din
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relatia (3.34) si tensiunea criticd op egald cu rezistenta de rupere la tractiune
pentru epruvetele netede fir& concentratori og = o = 43.75 [MPa]. Factorul critic

de intensitate a tensiunii K. = 2.72 [MPa(m)l/Z} s-a determinat pentru starea

plana de deformatie, conform ASTM D5045-99. in baza relatiei (3.34), distanta
critica devine:

2
L- i[ﬁ] ~1.230mm . (3.36)
7\ or
in forma modificatd a metodei distantelor critice, Taylor [2004] a propus o
abordare alternativd pentru determinarea celor doi parametri, tensiunea critica o
si lungimea criticd L. Pe baza rezultatelor experimentale inregistrate pentru doi
concentratori de tensiune diferiti, se traseaza curbele care reprezinta distributiile
tensiunilor in functie de distanta de la baza acestora, iar coordonatele punctului de
intersectie furnizeaza chiar noile valori critice, notate in continuare cu L Si 03 .

in acest scop, s-au efectuat fincercdri experimentale pe epruvete cu
concentratori de tensiune de tip U si semicirculari laterali simetrici (fig. 3.13),
solicitate la tractiune uniforma uniaxiala.
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Fig. 3.13. Epruvetele utilizate pentru determinarea valorilor critice L>'< Si 03

Valorile medii pentru forta maxima inregistrata la rupere in cele doud cazuri sunt:
Fmax = 4364 [N] pentru concentratorul in form& de U si Fmax = 5187 [N] pentru cel

semicircular lateral, rezultand valorile tensiunilor de rupere o, =21.820 [MPa] si
oy =25.935 [MPa], calculate pentru aria sectiunii brute.

Analiza s-a realizat utilizdnd elemente finite plane PLANE2D cu 8 noduri
pentru stare plana de deformatie, disponibile in biblioteca pachetului software
CosmosM 2.9 . Geometria s-a realizat din entitati geometrice de tip suprafata, care
permit o discretizare parametrizata cu obtinerea densitAétii dorite pentru reteaua de
elemente finite in zona de concentrare a tensiunilor. In baza simetriei, analiza cu
elemente finite s-a realizat doar pentru un sfert din epruveta, punand conditiile la
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limita in deplasari corespunzdtoare de-a lungul celor doua axe de simetrie (fig.
3.14). Solicitarea de intindere uniforma uniaxiala s-a realizat prin aplicarea unei
presiuni distribuite uniform, egald cu tensiunea o, determinata din forta maxima
inregistrata in momentul ruperii. Proprietatile de material utilizate de analiza liniara
cu elemente finite sunt: modulul de elasticitate longitudinal £ = 3300 [MPa] si
coeficientul de contractie transversald v = 0.38.

RN

N

NG

NS N

Fig. 3.14. Conditiile la limitd pentru analiza cu elemente finite

Campul tensiunilor normale oy, unde y este directia de solicitare, este ilustrat in

fig. 3.15 pentru cei doi concentratori de tensiune, rezultdnd un coeficient teoretic de
concentrare a tensiunilor Ky =5.40 pentru concentratorul in formd de U si

respectiv Ky = 3.05 pentru concentratorul semicircular lateral.

Cu datele acestei analize liniar elastice, in fig. 3.16 s-au trasat distributiile
tensiunilor normale oy in functie de distanta de la baza concentratorului, rezultand

distanta critic critics L = 1.180 [mm)] si tensiunea critici 03 - 55.10 [MPal].
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Fig. 3.16. Determinarea din analiza cu elemente finite a valorilor critice L si op
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Se observa ca cele doua valori obtinute pentru distanta critica sunt foarte

. n . . ire v * . v . . ..
apropiate, in schimb tensiunea critica op determinata din analiza cu elemente finite
este cu aprox. 25% mai mare, ceea ce inseamna ca tensiunile in vecinatatea

concentratorilor de tensiune ating valori mai mari decat cele asteptate, inainte ca
ruperea sa se produca.

3.3.3. Evaluarea ruperii fragile prin metoda distantelor critice a
componentelor cu concentratori de tensiune

Cu valorile determinate pentru distanta critica L si tensiunea critica op (L*

. * A . v . . iy . .

si op In forma modificata a metodei distantelor critice), aplicarea metodei
punctului (MP ) nu utilizeazéd decat o analiza liniar elasticd a componentelor cu
concentratori de tensiune si presupune trasarea curbelor tensiune-distanta. La
estimarea tensiunii o, pentru care este satisfacuta relatia (3.11)

o(r=t/2)=09 ,

se va tine cont de proportionalitatea dintre sarcina aplicata si tensiuni, valabila
pentru o analiza liniar elastica.

Astfel, printr-o analizd cu elemente finite, pentru componentele cu
concentratori circulari centrali din fig. 3.3, s-au trasat curbele tensiune-distanta de
la baza concentratorului, la aplicarea unei tensiuni nominale de 10 [MPa], fig.3.17.

30 4
Ty

[EEE)
d=23rmm

d=2mm

20 A
d=1mm
16.95

16.70 B
1450

14.25

11.50
11.65
10 0.59] B.615

0.0 o.1 n.z2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.2 0.9 1.0
r [mm]

Fig. 3.17. Determinarea tensiunilor normale oy la distantele critice L si L>l< de la baza

concentratorilor circulari, pentru o tensiune nominal3 aplicatd de 10 [MPa]
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Valorile estimate ale tensiunilor de rupere prin metoda punctului (MP ), aldturi de
rezultatele experimentale, sunt prezentate in tab.3.5 si ilustrate grafic in fig. 3.18.

Tabelul 3.5
Rez.u/tate MP Eroare MP 5 Eroare
experimentale [MPa] relativd modificata relativd
e ™| v Pl o] oulal o
d = 1[mm] 39.60 37.55 -5.2 46.69 +17.9
d = 2 [mm] 35.76 30.70 -14.2 38.00 +6.2
d=3 [mm] 31.45 26.19 -16.8 32.51 +3.3

Se observa cu usurintd ca estimarile realizate cu metoda punctului modificata au
0 mai buna acuratete, pentru valori ale diametrului concentratorului circular de 2 si
3 [mm] In schimb, pentru diametrul de 1[mm| eroarea relativd pentru metoda
punctului modificatd conduce la erori nerezonabile (aprox. 18% ). Explicatia este
data de dimensiunea redusa a concentratorului, dimensiune pentru care tensiunile
locale descresc rapid, astfel incat la o distanta egald cu cea critica L acestea vor fi
similare tensiunii nominale aplicate.

50
fu mHP

[MF‘a] Orezultate experimentale
40 + B WP modificats
30
20 1
10 1
|:| .

d = 1mm = 2mm d = 2mm

Fig. 3.18. Rezultatele experimentale si estimarile prin metoda punctului
Spre deosebire de metoda punctului, metoda liniei utilizeaza valoarea
medie a tensiunii stabilita pentru distanta 2L*, pornind de la baza concentratorului.

Acceptand formula datd de Timoshenko [1970] pentru placa infinitd, distributia
tensiunii circumferentiale oy este datd de expresia:

2 2 4

2 4
Ug_vn[lﬁ_] 02”[1+3—]c0529 , (3.37)
r r

unde a=d/2, o, este tensiunea nominald aplicatd si (r,6) sunt coordonatele
polare; pentru 6 =0, se obtine distributia tensiunii de-a lungul ligamentului:
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crg=6—2”(2+a2/r2+3a4/r4) ) (3.38)

iar relatia (3.35), utilizand valorile critice modificate (L*,ag), se scrie in forma:

2L 2 r? r
a

a+2L"
2 4

1 o, a a *
. j —“[2+—+3—4] dr=op . (3.39)
a carei evaluare permite determinarea tensiunii de rupere pentru epruvetele cu
concentratori de tensiune. Rezultatele prezentate in tab.6, indica o inrdutatire a
acuratetei estimarilor, explicata de reprezentarea distributiei tensiunilor de la baza
concentratorului printr-o formula valabila pentru placa infinita.

Tabelul 6
Rezultate ML Eroare MP Eroare
experimentale  modificatd relativa modificata relativa
Epruvets oy [MPa] oy [MPal [%] oy [MPa] [%]
d = 1 [mm] 39.60 46.19 +16.6 46.69 +17.9
d = 2 [mm] 35.76 40.66 +13.7 38.00 +6.3
d =3 [mm] 31.45 36.89 +17.3 32.41 +3.1

Cu scopul de a investiga aplicabilitatea metodei distantelor critice pentru
alte valori ale coeficientului teoretic de concentrare a tensiunilor K¢ si alte forme ale
concentratorilor de tensiune, s-au realizat incercari de intindere uniforma uniaxiala
pe epruvete cu crestaturi laterale in forma de V, cu un coeficient teoretic de
concentrare a tensiunilor Ky = 6.06, si epruvete cu degajari laterale, pentru care

K¢ = 1.54 (fig. 3.19).
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Fig. 3.19. Epruvete cu concentratori de tensiune de forma V rotunjit la varf si de tipul
degajare laterala
Rezultatele obtinute prin metoda punctului sunt prezentate in tab.3.7,
alaturi de cele experimentale, indicand o foarte buna acuratete a metodei punctului
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modificata pentru crestatura laterala de forma V. Pentru degajarea laterald
caracterizatda printr-un coeficient teoretic de concentrare a tensiunilor Ky = 1.54 < 2,

metoda distantelor critice devine inutilda in estimarea rezistentei la rupere a
componentelor cu concentratori.

Tabel 3.7
Rezultate MP Eroare MP Eroare
experimentale [MPa] relativa modificata relativa
O
e ™| o Pl bl oulveal o)
Crestatura vV 19.20 15.35 -20.0 19.00 -1.0
Degajare _ -12.6
laterald 42.30 29.36 30.5 36.98

In concluzie, metoda distantelor critice, in forma modificatd prezentats, este
capabila sa evalueze ruperea componentelor cu concentratori de tensiune, iar prin
usurinta aplicarii poate fi extrem de utila in aplicatiile practice. Cateva precizari sunt
insad necesare:

e pentru imbunatatirea predictiilor la ruperea componentelor realizate din
materiale polimerice metoda se utilizeaza in forma sa modificata prezentata;

e aplicabilitatea metodei distantelor critice la evaluarea ruperii componentelor
cu concentratori de tensiune este limitata de dimensiunea absolutd a
concentratorului si de valoarea Iui Ky. Pentru dimensiuni absolute apropiate de

valoarea distantei critice L si niveluri de concentrare a tensiunilor Ky < 2 estimarile

pe baza acestei metode sunt afectate de erori nerezonabile.

Rezultatele prezentate indica o caracteristica importanta a polimerului
Necuron 1020: chiar daca ruperea apare ca fiind fragild, asemanatoare materialelor
ceramice, raspunsul la fenomenul de concentrare a tensiunilor este mult mai
apropiat de cel al materialelor tenace.

3.4. Aplicarea metodei punctului la ruperea unui bloc de
conectare si testare cablaje auto

3.4.1. Rezultate experimentale

In acest paragraf se propune aplicarea metodei punctului la evaluarea
rezistentei la rupere a unei componente pentru cazul in care aplicarea sistemului de
forte produce o stare de tensiune multiaxiald la baza concentratorului de tensiune.
Este vorba despre un bloc de conectare realizat din Necuron 1020, ai carui umeri de
fixare cedeaza deseori in exploatare. Incercarile s-au realizat in Laboratorul de
Rezistenta Materialelor al Universitatii “Politehnica” din Timisoara, in cadrul
contractului de cercetare nr. 2/12.02.2009 pe o masina Walter+bai pentru
fncercari statice si variabile de 100 kN , la temperatura ambiantd si cu o viteza de
incarcare de 2mm/min. Dispozitivul realizat pentru efectuarea incercarilor,
prezentat in fig. 3.20, reproduce conditiile de fixare si de solicitare din functionare.

Rezultatele experimentale au indicat o valoare medie pentru forta maxima
inregistratd la ruperea umerilor de fixare de 5475[N].
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Din incercarile de tractiune uniforma uniaxiala realizate, ale caror rezultate
sunt prezentate in subcapitolul 3.3, s-a constatat ca polimerul Necuron 1020 are un
comportament fragil la ruperea in modul I de solicitare. S-au determinat
deasemenea, pentru aplicarea metodei distantelor critice, cei doi parametri de
material, distanta critica L:1.180[mm] si tensiunea criticda op =55.1[MPa], prin

incercari de intindere uniforma uniaxiald realizate pe epruvete cu concentratori de
tensiune diferiti.

Fig. 3.20. Incercarea blocurilor de conectare

Pe baza studiilor realizate pe PMMA, Susmel [2008a] a reformulat metoda
distantelor critice, plecdnd de la observatia cd mecanismul de rupere se schimba la
modificarea gradului de multiaxialitate al campului tensiunilor de la baza
concentratorilor. In varianta modificata, verificarile efectuate au demonstrat
aplicabilitatea metodei la evaluarea ruperii fragile a componentelor cu concentratori
de tensiune solicitate in moduri mixte (modul mixt I/II si modul mixt I/III).

Investigarea comportamentului la rupere al polimerului Necuron 1020 si
pentru alte moduri de solicitare, s-a realizat prin incercari de torsiune (modul III) pe
epruvete cilindrice cu doi concentratori diferiti de tensiune - canal circumferential
rotund cu raza de 1.5[mm] si canal circumferential in formd V cu raza la varf

p:0.5[mm] si deschiderea unghiulara de 60° (fig. 3.21). Curba caracteristica

sarcind-deplasare prezinta o prima portiune liniara urmata de una aproape
orizontald, ce precede ruperea finala (fig. 3.21). Explicatia acestui comportament se
regaseste in mecanismul de rupere al polimerului Necuron 1020 la solicitarea de
torsiune. Astfel, ruperea este precedata de initierea si propagarea unor fisuri mici la

baza concentratorului, inclinate la aprox. 45° fatd de axa epruvetelor, fenomen ce
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corespunde portiunii orizontale a curbei caracteristice (fig. 3.21); ruperea finald se
produce prin propagarea acestor fisuri si coalescenta lor.

7
M
607 p=0.5 & 1 [nrm]
5 .
B d=9% 1}_ _ _ D=10
| 41
R=15 3]
A_d=85f [ __Ip=10] 27
y 1 .
4+ IDD[lTIm] i |:| T T T
0 5 10 15 20
ﬂqil [o]

Fig. 3.21. Epruvetele si curba caracteristica sarcind-deplasare pentru torsiune
Valorile medii ale momentelor de torsiune maxime inregistrate pentru cele
doud tipuri de epruvete sunt: M; = 6.526 [Nm] pentru concentratorul de tipul canal

circumferential rotund si respectiv My = 6.958 [Nm] pentru cel in forma de V.

concentrator de forma canal circumferential concentrator de forma canal circumferential V

rotund

Fig. 3.22. Suprafata de rupere a polimerului Necuron 1020 la torsiune

Din analiza liniara cu elemente finite, pe baza valorilor medii inregistrate
pentru momentele de torsiune maxime, s-au determinat marimile caracteristice
pentru modul III de solicitare: distanta criticd L;= 0.360[mm] si tensiune critica

70 = 58.8[MPa] (fig.3.23). Prin comparatie cu modul I de solicitare, daca tensiunile
critice sunt relativ apropiate ca valoare (op = 55.1[MPa] si 7o = 58.8[MPa]), intre
distantele critice diferenta este semnificativda (Lp = 1.180[mm] fata de
L= 0.360 [mm]), fiind explicatd de modificarea mecanismului de rupere la
schimbarea modului de solicitare.
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Fig. 3.23. Determinarea din analiza cu elemente finite a marimilor caracteristice L si 7p

3.4.2. Adaptarea metodei distantelor critice pentru solicitari in
moduri-mixte

Ipotezele care au constituit pentru Susmel [2008a] punctul de plecare in
reformularea metodei distantelor critice sunt:

e tensiunea criticd nu depinde de gradul de multiaxialitate al céampului
tensiunilor de la baza concentratorului, astfel fincat, la evaluarea ruperii
componentelor cu concentratori de tensiune solicitate in moduri mixte, se poate
utiliza valoarea tensiunii critice op determinata pentru modul I;

e distanta criticd L se modificd la schimbarea gradului de multiaxialitate al
campului tensiunilor de la baza concentratorului; pentru o solicitare mixta I/III
Susmel [2008a] introduce raportul tensiunilor principale ca o masura a gradului de
multiaxialitate

ﬁ(w,r)———63(¢’r)

= 0_1((/), I‘) (3.40)

observédndu-se din aceasta relatie ca pentru o distanta r, de la baza
concentratorului, valorile lui ,B((p,r) se modifica cu orientarea ¢ a planului
considerat, iar pentru o anumita orientare ¢ acesta se modifica cu distanta r .

e ruperea finald este produsa de propagarea unor fisuri mici, care se initiaza
pe directia planului caracterizat de tensiunile normale maxime o, (planul critic).

Dupa determinarea planului critic definit de unghiul ¢* , Susmel formuleaza cea de-a

doua ipoteza admitdnd ca un comportament liniar-elastic al materialului se traduce
intr-o dependenta liniara intre distanta critica si gradul de multiaxialitate:
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{ﬁ(wir)}=aﬂ(¢ﬂrj+b (3.41)

unde constantele de material a si b se determina pentru doua cazuri limita, modul
I (8 =0) si modul I1I de solicitare (g =1).

Modalitatea de aplicare practica a metodei punctului este prezentata grafic
de Susmel [2008a], fig. 3.24. Dupa localizarea punctului A de initiere a fisurii de
rupere, printr-o analiza liniar elasticd numerica sau analitica se stabileste distributia
tensiunilor de-a lungul liniei drepte care porneste din acest punct si se determina
gradul de multiaxialitate B in functie de distanta r de la baza concentratorului si

unghiul ¢ . Valoarea distantei critice se determina din relatia:

i (3.42)
2 2

* . . . v . . v v
unde ¢ este orientarea liniei drepte caracterizata prin tensiunea normala maxima
o, , la distanta determinatd din (3.42).

%Fk o 4
S,

h“

|":||'
Fig. 3.24. Ilustrarea grafica a modalitatii de aplicare a metodei punctului (Susmel [2008a])
Astfel, ruperea se produce atunci cand tensiunea normald maxima o, , la distanta
datd de (3.42), devine egala cu tensiunea critica op .

3.4.3. Evaluarea ruperii blocului de conectare prin metoda punctului

Analiza cu elemente finite a blocului de conectare s-a realizat utilizédnd
pachetul software CosmosWorks 2007. Discretizarea a urmarit generarea unei retele
fine de elemente finite in zona umerilor de fixare ai blocului si a gaurilor strapunse
din blocul de conectare. Conditiile la limita introduse n analiza reproduc conditiile
reale de functionare a blocului de conectare (fig. 3.25). Din rezultatele analizei s-a
stabilit ca punctul de initiere a fisurii de rupere este localizat de-a lungul muchiei de
legatura dintre umeri si corpul blocului (linia de culoare albastra in figura 3.25),
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Fig. 3.25. Analiza cu elemente finite a blocului de conectare (discretizare si conditii la limita

pentru ¢ = 45°)
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Fig. 3.26. Rezultatele analizei cu elemente finite (tensiunile principale o7 si o> pentru

p=45%)
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fara sa fie posibila stabilirea exacta a pozitiei acestuia. Din acest motiv, s-a cercetat
campul tensiunilor pentru patru posibile localizari: muchiile laterale si cele doua
gauri strapunse din blocul de conectare (traseele de culoare rosie din fig. 3.25 si
fig.3.26). Analiza s-a realizat pentru urmatoarele valori ale unghiului de orientare a
planului de sectionare ¢ = 45°, 60°, 70° .

Prelucrarea rezultatelor s-a realizat admitand ipotezele: solicitarea blocului
de conectare este una mixta I/1I; in plus, distanta criticad determinata pentru modul
III de solicitare se pastreaza si pentru modul II. In aceste conditii, s-a definit gradul
de multiaxialitate al solicitarii prin raportul tensiunilor principale ¢, si oy

Blo,r)= o2(p,r)

o P (3.43)

Cunoscand distantele critice L* =1.180 [mm] (pentru modul I, gradul de
multiaxialitate B=0) si L =0.360 [mm] (in ipoteza cd aceastd distanta este
valabild si pentru modul II, g =1) se evalueaza coeficientii a si b din relatia
(3.41):

L[g(p,r)]=-0.820p(p,r)+1.180 (3.44)
iar din ecuatia (3.42) se determina distanta critica pentru fiecare valoare a unghiului
Q.

Tensiunile normale o, Ppentru cele trei directii de sectionare si pentru
fiecare din cele patru localizari posibile ale punctului de initiere a fisurii de rupere se
determina din cunoscutele relatii ale teoriei elasticitatii

Opx = Ox COSa + Tyy COS B + 775 COS y

Opy = Txy COSa + 0y, COS i +17,COSy (3.45)
Opz = Txz COSa + Ty7 COS B+ 07 COSy

unde «, B, y sunt unghiurile pe care normala la planul de sectionare le face cu

axele de coordonate, rezultand in final tensiunea normala Tyt

oy =1’J£X+O'£y +O'£Z . (3.46)

Spre exemplicare, in fig. 3.27 sunt prezentate distributiile tensiunii normale
o, pentru pozitia 1 (fig. 3.26) a punctului de initiere a fisurii de rupere, la o

presiune normald aplicatd p = 1[MPa]. Dup& cum se remarcd planul critic este cel
definit de unghiul (p*=45°, pentru care distanta criticd are valoarea minima
L(B)/2 =0.385 [MPa] iar tensiunea normald maximi este o, =22.25[MPa]. in

mod similar, sunt conduse calculele si pentru celelalte pozitii 2, 3, 4, dar rezultatele

sunt lipsite de relevanta pentru evaluarea ruperii, pozitia 1 corespunzatoare gaurii
strdpunse de diametru maxim determinand cea mai micd valoare a presiunii
aplicate, corespunzatoare cedarii blocului de conectare (acesta este si motivul
pentru care s-a ales spre reprezentarea grafica pozitia 1).
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In tab.3.8 sunt prezentate comparativ estimérile pentru presiunea aplicat3
critica p, in pozitiile 1 si 2, pentru directiile definite de unghiul ¢ = 45°; 60°; 70° .
55

tocalizare pot. 1
qr= 45"

gr=60"
=7

30 -
25 122258
20 {17.90
——SCS
15 - —————
" 1695 clalz -0.zes 8.420
0.1 0.2 0.3 03504 r[mm] 0.5

Fig. 3.27. Tensiunea normala Op Ppentru o presiune normald aplicatd p = 1 [MPa]

Tabel 3.8
Localizare Pozitia 1 Pozitia 2
Directie L(p)2 [mm] pu [MPa] L(p)2 [mm] pu [MPa]
go* =45° 0.385 2.47 0.350 2.59
o =60° 0.395 3.07 0.385 3.08
o=70° 0.420 3.43 0.405 3.41

Cunoscand aria suprafetei de aplicare a presiunii normale A = 2667 [mmz}

se determina forta critica Fu:6587.5[N] la cedarea blocului de conectare,
rezulténd o eroarea relativa de +20% fatd de valoare medie experimentald
Fmax = 5475 [N].

Utilizarea metodei distantelor critice la evaluarea ruperii fragile a
componentelor cu concentratori de tensiune prezintd cateva avantaje incontestabile:
e aplicarea cu usurinta in practica inginereasca, in cazul problemelor complexe
cand o solutie analiticad nu este disponibild; aplicarea metodei implicd o analiza liniar
elasticd cu elemente finite si cunoasterea unui numar minim de parametri ai
materialului, distanta caracteristica L si tensiunea criticd og ;

e posibilitatea de integrare a metodei in modulele de postprocesare ale
pachetelor software de analizé cu elemente finite;
e erorile de estimare + 20% sunt considerate rezonabile pentru aplicatiile

ingineresti.
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4. APLICATII ALE CONCENTRATORILOR DE
TENSIUNE IN OBOSEALA MATERIALELOR

4.1. Notiuni introductive

Componentele structurale sunt deseori in functionare solicitate cu sarcini
care variazd periodic in timp, numite sarcini variabile. In sectiunile puternic
solicitate, de exemplu sectiunile concentratorilor de tensiune, aceste sarcini variabile
produc degradari (deteriorari) locale ale materialului la nivel microscopic, a caror
acumulare in timp poate conduce la dezvoltarea unor fisuri si in final la ruperea
componentei respective. Fenomenul de acumulare a degradarilor ca rezultat al
solicitarilor variabile, ce produce in final ruperea componentei structurale, se
numeste oboseala.

Cercetarea fenomenului de oboseala a inceput cu studiile experimentale
realizate la mijlocul secolului al XIX-lea de inginerul german A. Woéhler. Investigand
ruperea osiilor de vagoane, el a introdus conceptul de rezistentd la oboseald si a
obtinut prin incercari la incovoiere rotativa primele curbe de oboseld (numite si
curbe de durabilitate la solicitari variabile). Deoarece durata de viata variaza in
limite largi la variatii mici ale tensiunii maxime o5y, curbele de oboseald ale

diferitelor metale si aliaje se reprezinta frecvent la scara dublu-logaritmica (fig. 4.1).

'3r|'|a><‘Il
[MPa] 1
(log)

OR

TH
TR

Fig. 4.1. Curbele la oboseala pentru un otel moale (1) si un aliaj de aluminiu (2), Dumitru
[2009]

Pentru axa tensiunilor se poate alege oricare dintre marimile: opzx - tensiunea
maxima, Ao - variatia tensiunii sau oz - amplitudinea ciclului de solicitare. in cazul

anumitor materiale incercate in medii necorozive (oteluri carbon de rezistenta
scazuta, oteluri aliate si inoxidabile, aliaje pe baza de molibden si titan, Pana
[2000]) curba de oboseld are o limitd inferioarda og denumitad limitd de oboseald
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(curba 1 in fig. 4.1). La oteluri ea apare la durabilitati N > 2.10° cicluri, valoare de
la care curba de obosealda prezintd o asimptota orizontald. La alte materiale
(aluminiu, cupru, magneziu, aliaje de nichel, unele oteluri inoxidabile, oteluri carbon
si aliate de mare rezistentda, Pana [2000]), curba de oboseala nu are aceasta
asimptota orizontala, ea continuand sa scada si in domeniul durabilitatilor mari. La
curbele de acest tip (curba 2 fin fig. 4.1) se acceptd o l/imitd de oboseala
conventionala or,n, definita ca valoarea tensiunii maxime corespunzatoare unei

anumite durabilitati N, definita uzual in domeniul 107 ~108 cicluri. in general, se
foloseste notiunea de rezistentd la oboseala, pentru a desemna atat limita de
oboseald céat si limita de oboseald conventionalda. Din curba de oboseald se poate
determina si o altd marime, si anume rezistenta la oboseald oy pentru o

durabilitate limitata, reprezentand valoarea tensiunii maxime (egala pentru un ciclu
alternant simetric cu amplitudinea o) care poate fi suportatd la o anumitd

durabilitate de N cicluri.

Studiul fenomenului de oboseala s-a realizat pentru o mare varietate de
configuratii de epruvete si tehnici de experimentare. Din analiza rezultatelor
obtinute, s-a observat ca rezistenta la oboseala depinde de numerosi factori, cei mai
importanti fiind: tipul epruvetei (epruvete fara sau cu concentratori de tensiune),
modul de solicitare (axiald, incovoiere, torsiune), nivelul tensiunii medii o, a

ciclului de solicitare, domeniul tensiunilor sau deformatiilor ciclice (elastic sau
plastic), gradul de finisare al suprafetelor, mediul de lucru.

Majoritatea studiilor dedicate comportarii materialelor la solicitari variabile
caracterizeaza procesul de degradare a acestora prin urmatoarele trei faze: initierea
fisurii, propagarea fisurii si ruperea finala (fig. 4.2, Dumitru [2009]).

Ecruis are |:|_r_in
deformati | ol Mucleatia || Propagarea |el Propagarea | e Ruperea

specifice fisurilar microfisurilor| | macrofisurilor final3
repetate
, N Propagarea
Initierea fisurii Raa
b - fisuni Koy Jz
B, Mg, Ke L

Fig. 4.2. Fazele procesului de deteriorare la solicitari variabile si parametrii care il
caracterizeaza

in privinta metodelor de calcul, exista trei abordari clasice:

¢ metoda bazatd pe analiza tensiunilor (Stress Life Approach), abordare care
are la baza utilizarea curbei de oboseald (curba Woéhler) trasata in coordonatele
oc-N (o - tensiunea nominald calculata cu relatiile din rezistenta materialelor, N -
numarul de cicluri pana la rupere);

e metoda bazatd pe analiza deformatiilor (Strain Life Approach) utilizeza curbe
de oboseala in coordonate ¢ - N (& - deformatia specifica localda, N - numarul de
cicluri pana la rupere);

e metoda tolerarii defectelor (Damage Tolerant) analizeza evolutia fisurilor de
oboseald pe baza conceptelor mecanicii ruperii.

Aldturi de aceste metode clasice, sunt de amintit o serie de metode
dezvoltate in ultimele doua decenii: metoda distantelor critice (Taylor [1999]),
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metoda modelarii fisurii (Taylor [1999a], [2000], Wang [2000]), metoda
volumetrica (Nui [1994], Qylafku [1999], Pluvinage [2003], Adib [2003]).
Amploarea cercetarilor actuale determina o reconsiderare continua a conceptelor, a
metodelor experimentale si de calcul.

4.2. Determinarea experimentala a rezistentei la oboseala pe
epruvete cu concentratori de tensiune

Incercarile la oboseald s-au realizat la solicitarea de tractiune uniaxiald in
Laboratorul de Rezistanta Materialelor al Universitatii “Politehnica” din Timisoara, pe
0 masina Walter+bai de 100 kN pentru incercari statice si variabile, in regimul de
forta controlata. S-au realizat incercari la oboseala cu amplitudine constanta, pentru
un coeficient de asimetrie R =0.5 si frecventa 20 [Hz], pe epruvete netede far3
concentrator (tip A) si pe trei tipuri de epruvete cu concentratori de tensiune (tip
B,C,D), pastrandu-se constanta adancimea a concentratorului (fig. 4.3).
Sectiunea netd a epruvetelor cu concentratori de tensiune este egala cu cea a
epruvetelor netede. Coeficientul teoretic de concentrare a tensiunilor (net Ky, si

global th) s-a determinat pentru fiecare tip de epruveta prin analiza cu elemente
finite (vezi si subcapitolele 2.1.3 si 2.3).
Epruvetele au fost realizate din aliajul de aluminiu 2024 -T3, ale carui

proprietati mecanice s-au determinat prin incercari de tractiune uniforma uniaxiala:
rezistenta la rupere conventionald o, = 456 [MPa], limita de curgere conventionala
oc = 322.45[MPa], modulul de elasticitate longitudinal E = 73000[MPa] (valoarea
coeficientului de contractie transversalda v = 0.33 s-a stabilit in baza datelor din
literatura tehnica). Valorile determinate experimental sunt in buna concordanta cu
datele publicate in literatura tehnica (Fatemi [2005], Mohanty [2009]). Rezultatele
incercarilor sunt prezentate in tab.4.1, pentru fiecare tip de epruvetd, prin
amplitudinea tensiunii o5 si numarul de cicluri N panad la rupere.

Tabel 4.1
epruveta i, 4 tip B tip C tip D
oa[MPa) Nlcicluri] Nlcicluri] N(cicluri] Nlcicluri]
78.86 54200 - - -
67.60 140700 - - -
56.33 344200 53700 - -
50.70 589500 92300 - -
45.07 1081400 145700 45300 -
39.43 13490007 251800 89250 -
33.80 - 551300 173800 57400
28.17 - 1277800 320300 108400
25.35 - - 498700 152700
22.53 - - 821700 250800
19.72 - - - 397200
16.90 - - - 764500
") epruvetd nerupt3
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Pentru epruvetele cu concentratori de tensiune, la cateva trepte de
incarcare, s-au efectuat masuratori ale lungimii fisurii de oboseald folosind un
sistem optic (factor de multiplicare 30 x ), rezultatele fiind prezentate in subcapitolul
4.4,

L=120mm
25 25 mm
& r
i\ ____lh=1dmm _ o\~ =20 mm
Kig =1.70
/R =20 mm N Yok, =116
. L= 120 mm .
2=a\] / 1
B | r.
A ____ — _Mr=idmm _ = 20
| - _
L+ Kig = 3.05
: ¥ Kyp = 213

) L=120mm X
! ry
4
C I F'y
! h=149mm o
A _ _ _ _ _ _ __ _ R SR _ | H =20 mm
a=05n mmkr_ th =H.23
1 a=23mm
N ¥ Kpp = 436
2o =o0"
" L=120mm .
|
D LI 3
F S SO P }__'_hi-zf"l-"”l .......... - |H =20 mm
a=0.2 i
>v| Y Kig =9.29
i 3 =35 mim Y K, - 6.50
2o =90°

Fig. 4.3. Tipuri de epruvete plate utilizate pentru incercarile de oboseala (aliaj de aluminiu
2024 -T3, grosime t =3.17 mm)
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Curbele de obosealda o - N, prezentate in coordonate dublu logaritmice (fig.
4.4), sunt descrise pe domeniul de durabilitate 4.10% -1.4.10° cu ajutorul
ecuatiei (4.1), Pana [2000]:
og = (cr,'c —am](ZN)b , (4.1)

unde b - exponentul rezistentei la oboseal3, of - coeficientul rezistentei la
oboseald a materialului, iar(2N) - numarul de inversiuni pang la rupere.
100

¢ epruvete tip 4
Ta A epruvete tip B

[r._qpa] O epruvete tip C
|:|ng o epruvete tip D
—

4.10% 1.4 107
10 | |

1% 10° 10® [cicluri] (log) 107

Fig. 4.4. Curbele de oboseala in coordonate dublu logaritmice
Se remarca o imprastiere redusa a rezulatelor experimentale pentru toate
tipurile de epruvete, valoarea minima a coeficientului de corelatie, obtinuta pentru
epruvetele tip C, fiind RZ = 0.9966 . Prezenta concentratorilor de tensiune conduce
la reducerea rezistentei la oboseald oy stabilitd pentru o durabilitate limitata

N=1.4.10° cicluri. Efectul este mai important pentru valorile ridicate ale
coeficientului teoretic de concentrare Kg .

4.3. Calculul la solicitari variabile pe baza tensiunilor
(abordarea +-n)

4.3.1. Coeficientul efectiv de concentrare a tensiunilor la solicitari
variabile K¢

Rezistenta la oboseala a epruvetelor cu concentratori de tensiune depinde

de coeficientul teoretic de concentrare a tensiunilor K¢, dar si de alti factori, si
anume raza la varful concentratorului p, rezistenta la rupere staticd a materialului

93

BUPT



oy, nivelul de solicitare prin tensiunea medie o, si amplitudinea o5 (sau, cu alte
cuvinte, prin caracteristica ciclului A = c5/om ).

In metoda de calcul bazatd pe analiza tensiunilor (Stress Life Approach)
efectul concentratorilor este luat in considerare la modificarea curbelor de oboseala
o-N obtinute pentru epruvete fara concentratori, prin utilizarea coeficientului

efectiv de concentrare a tensiunilor la solicitari variabile K¢ , Cretu [2004]:

SR
Ke=2R
F =5 (4.2)

unde og reprezinta rezistenta la oboseala determinata pe epruveta neteda fara
concentrator, Sg rezistenta la oboseald determinatd pe epruveta cu concentrator,
care are sectiunea neta in zona concentratorului egald cu sectiunea nominalda a
epruvetei fara concentrator.

De reguld, Kf se defineste si se determina pentru o solicitare variabild dupa
un ciclu alternant simetric, pentru care R=-1 si tensiunea medie opy =0, cele
prezentate in continuare referindu-se la acest caz.

Coeficientul efectiv de concentrare a tensiunilor la solicitari variabile K¢ nu
este in general egal cu coeficientul teoretic de concentrare K;, legatura realizéndu-
se prin coeficientul de sensibilitate la oboseala al concentratorului q, dupa cum a
fost definit de Peterson [1974]:

Ke -1
g=-f
Ky -1

= Kr=1+q(ke+1), (0<qg<1), (4.3)

unde Ky este definit pe baza sectiunii nete (K¢, in fapt). Pentru un grad de
asimetrie R =-1, coeficientul K¢ ia valori intre 1 si K. Sensibilitatea maxima la
oboseala a unui concentrator se obtine atunci cdnd K¢ = K¢, si prin urmare g=1;
pentru Kf =1 (deci g =0) efectul de concentrare a tensiunilor nu se manifesta.

Coeficientul de sensibilitate g a fost utilizat de Peterson [1974] pentru a ilustra

efectele rezistentei materialului si dimensiunii concentratorului (prin raza la baza
concentratorului p): valorile lui g sunt mai mari pentru materialele cu rezistenta

ridicata si pentru concentratori cu raza p mare. Diferenta dintre Kf si K; este
explicatd de Stephens [2001] pe baza gradientului relativ al tensiunii y si a

deformatiilor plastice din zona de la baza concentratorului de tensiune.
Pornind de la relatia de definitie (4.2), in ultima jumatate de secol au fost
propuse numeroase expresii pentru Kr, ca rezultat al preocuparilor permanente, si

fnca actuale, de a gasi o expresie acceptabild pentru diferite conditii.
Peterson [1959] a propus urmatoarea formula empirica

Kt - 1 CKe-1 1

Kp=1+—t—" = g= =
1+Cp/p Kt—l 1+Cp/p

(4.4)

utilizdnd, Tn locul tensiunii maxime de la baza concentratorului, tensiunea intr-un
punct situat la o anumitd distanta. Se observa din relatia (4.3) ca valoarea lui K¢ se

apropie de K; pentru o distantd caracteristici cp redusd si o razd p mare. in (4.3)
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parametrul de material cp reprezintad o distantd caracteristicd, ale cérei valori sunt
date sub forma unor relatii empirice in functie de rezistenta la rupere o . Pentru
aliajele de aluminiu Peterson estimeaza aceastd distanta caracteristica prin
cp =0.635 [mm].

intr-o abordare similara, dar considerand valoarea medie a tensiunii

determinatd peste o anumita distantd de la baza concentratorului, Neuber [1961] a
introdus relatia

K - 1 CKe-1 1
RO A (4.5)
1+ cn/p I+yen/p

unde lungimea caracteristica cy este un parametru de material. Evaluarea relatiei
(4.5) facuta de Kuhn [1952], a demonstrat ca solutia propusa de Neuber este
pentru diferite oteluri si aliaje de aluminiu una suficient de exacta; in plus, pentru
aliajul de aluminiu 2024 -T3, Kuhn [1952] a gasit cy = 0.5[mm]). Valori pentru
lungimea caracteristica cy , la aliajele de aluminiu, sunt date si de Grover [1966] in
functie de rezistenta la rupere (tab.4.2).

Kf=1+

Tabel 4.2
or [MPa] 150 300 600
cy [mm] 2 0.6 0.4

O alta expresie utilizata la estimarea efectului concentratorilor de tensiune
asupra rezistentei la oboseala pentru o, = 0 este cea propusa de Siebel [1955]:

Kf:L ,

4.6
1+.csy (4.6)
unde cg este o constantd de material, iar » este gradientul relativ al tensiunii,
evluat dupa expresia (1.18):

x= 1 dﬂ —i[2+iJ:£
Omax \ dX P Ke) p (4.7)

pentru solicitarea de tractiune, in baza variabilitatii reduse a expresiei dintre
paranteze (2 +1/K¢).

Alte expresii ale coeficientului efectiv de concentrare a tensiunilor la solicitari
variabile Kr¢ sunt utilizate in literatura tehnica: Heywood [1962], Buch [1988] a

carui expresie utilizeaza doi parametri de material, Ye [1996] o derivare din regula
lui Neuber (1.27), si anume K¢ = KK, .
Utilizarea coeficientului efectiv Kr la estimarea rezistentei la oboseald

X=Xp

pentru epruvete cu concentratori de tensiune in cazul o =0, impune cateva

observatii finale:
e formulele propuse de Peterson (4.4) si Neuber (4.5) pentru estimarea
coeficientului efectiv K¢ sunt relatii empirice. Comparatia variatiei coeficientului de

sensibilitate la oboseala g in functie de raza la varful concentratorului o, pentru un
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aliaj de aluminiu de rezistenta ridicata cu cy = 0.5 si cp = 0.635 (fig. 4.5), indicad o

sensibilitate ridicata a acestuia, mai ales in prezenta concentratorilor rotunjiti (cu
raza la varf p mare);

1
=
0.9 1 o
o
0.8 1 o
u] 3
0.7 - = Abd
nzﬂaﬁﬁﬁ
0.6 &
& Meuber
0.3 1 .48 O Peterson
A
0.4 4 ap
0.3 187
o

0.2 1

[u]
0.1 +

D T T T p[mm]
] 1 2 3 4

Fig. 4.5. Variatia coeficientului de sensibilitate dupa Neuber si Peterson

e aceste formule si distantele caracteristice asociate lor exprima faptul ca
pentru o razd p mare la baza concentratorului Kf se apropie de valoarea

coeficientului teoretic K¢, iar pentru un concentrator cu raza la varf p micd
Kf << K¢, Tn cazul metalelor cu un comportament ductil, dar rdméane relativ mare
pentru metalele cu rezistenta ridicata;

e pentru cazul concentratorilor ascutiti (in particular, al unei fisuri) cand =P si
P

EN .5 1 cele dous formule conduc la estimiri contrare. inlocuind K¢ cu solutia
P
Inglis [1913], pentru un concentrator eliptic cu semiaxa mare a, Ky = 1+2a/p ,

Ciavarella [2004] a demonstrat pentru p -0 ca

Kr - 1+C£(Kt—1)=1+2—"c""” 1,va (Peterson) (4.8)
P P

Si
Kf - 1+(Kt—1)/ci —1+2 /Ci (1+x), pentru ac(0+w). (Neuber)  (4.9)
N N

Asadar, formula lui Peterson supraestimeaza rezistenta la oboseala a epruvetelor cu
concentratori ascutiti sau fisuri. Ciavarella a propus si o imbunatatire a celor doua
expresii pe baza conceptelor din mecanica ruperii liniar elastice. In schimb, in cazul
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concentratorilor de tensiune rotunjiti (o mare) formula lui Neuber conduce la o
valoare a coeficientului efectiv Kr — K¢, cand p — o ;

e definit prin relatia (4.1), coeficientul efectiv de concentrare a tensiunilor la
solicitéri variabile Kf a fost initial legat de estimarea limitei de oboseald a

epruvetelor cu concentratori de tensiune. Ulterior, definitia si-a largit sensul si
pentru rezistenta la oboseala op pentru o durabilitate limitata (Pluvinage [2003]):

Aoy = Kr dongjopal (4.10)

unde Aoy este rezistenta la oboseald pentru o durabilitate limitatda (N cicluri)
exprimatd aici prin variatia tensiunii, iar Aongjopas €ste variatia tensiunii globale

(calculata pentru sectiunea bruta) aplicata epruvetei cu concentrator care conduce
la o durabilitate de N cicluri.
e utilizand coeficientul efectiv de concentrare a tensiunilor Kf se poate

determina rezistenta la oboseald a epruvetelor cu concentratori de tensiune pentru
solicitari ciclice alternant-simetrice (R =-1), pe baza unui numar relativ de redus
date.

4.3.2.Determinarea rezistentei la oboseala a epruvetelor cu
concentratori de tensiune pe baza diagramelor ciclurilor limita

Calculul la oboseala pe baza tensiunilor (abordarea o - N), pentru cazul
actiunii simultane a celor doi factori, tensiunea medie op >0 si fenomenul de
concentrare a tensiunilor, este intemeiat pe constructia diagramelor ciclurilor limita
de tip Haigh. Aceste diagrame, construite in coordonate o5-o05, indica
combinatiile tensiune medie o, amplitudine o5 si coeficient efectiv de
concentrare a tensiunilor la solicitari variabile K¢ ce corespund limitei de oboseala

sau rezistentei la oboseala pentru o durabilitate de ordinul 10% - 108 cicluri. Dintr-
o asemenea diagrama se obtine un punct al diagramei o - N, cel ce-al doilea,
necesar constructiei acesteia in coordonate dublu logaritmice, se obtine prin
estimarea rezistentei la oboseald pentru o durabilitate limitatd de ordinul
103+ 10% cicluri.

O abordare simplificata pentru evaluarea rezistentei la oboseala care nu
necesita constructia diagramei de tip Haigh (dealtfel, dificil de construit intrucat

fiecare punct de pe curba ciclurilor limita necesitd o incercare la oboseala pentru un
ciclu cu gradul de asimetrie R cuprins intre 0+-1) se bazeazda pe utilizarea

ecuatiei Goodman, care pentru o epruvetda cu concentrator de tensiune se scrie in
forma:

%a m
+——=1 . 4.11
io‘_l/Kfi or ( )

unde o_; reprezinta rezistenta la oboseald pentru o solicitare alternant-simetrica.
Schematizarea dupa ecuatia (4.11), cu introducerea criteriului de curgere
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o, o
a,=-m _ g

’ 4,12
o (4.12)

unde o¢ este limita de curgere la solicitari variabile, este ilustrata in fig. 4.6. Orice

combinatie o5-om, situata in exteriorul triunghiului format de -o.,0f Si o¢

corespunde starii de curgere generalizata, iar orice combinatie situata deasupra
liniei A-B va conduce pentru epruvetele netede la o duratda de viatd mai redusa

decat 10° =108 cicluri.

epruvets hetede

gnruvete cul concehtrator

cLirgere generaliza i3

o g i

— T 0 T T

Fig. 4.6. Schematizare dupa ecuatia lui Goodman

Pe baza unei astfel de diagrame se poate estima rezistenta la oboseala
pentru componentele cu concentratori pentru orice combinatie dintre tensiunea
medie o, si amplitudinea o5.

Pentru a estima rezistenta la oboseald a epruvetelor cu concentratori de
tensiune de tip B,C si D (fig. 4.3) din programul experimental, se construiesc
diagramele Goodman pe baza caracteristicilor mecanice la solicitari statice si
variabile ale aliajului de aluminiu 2024 -T3, determinate experimental sau
preluate din literatura tehnica (tab.4.3)

Tabel 4.3
Caracteristici or oc ot o_1
mecanice [MPa] [MPa] [MPa] [MPa]
2024 -T3 456 322.45 4279 114"

*) preluare dupa Fatemi [2005]
**) preluare dupa Fatemi [2005], pentru incovoiere rotativa

In cazul o, = 0, coeficientul efectiv de concentrare a tensiunilor la solicitari
variabile K¢ este in mod clar diferit de valoarea coeficientului teoretic K¢, dar mai
mult el se modificd cu tensiunea medie o, ; dupa cum se observa si din fig. 4.6,
Kf descreste la majorarea tensiunii medii o5 a ciclului de solicitare. Pentru
solicitarea variabila dupa un ciclu alternant simetric, coeficientul efectiv K¢ s-a
determinat pentru cele trei tipuri de concentratori dupa relatia lui Neuber (4.5),
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pentru cy =0.5 (Grover [1966]), rezultédnd valorile urmatoare: Krg=1.8,
Krc =2.6 si Kfp =3.1, corespunzatoare coeficientilor teoretici de concentrare
Kig=2.13, Kic =4.36 si Kyp =6.50. Valoarea rezistenta la oboseald o_j,

determinata pentru incovoiere rotativa, a fost corectata pentru intindere alternant
simetricd prin scadere cu 30% . Diagramele prezentate in fig. 4.7 sunt construite

pentru o durabilitate limitata N = 10° cicluri.

a0 % T ¥
. - ]'\ ]‘, ]"l +epruvete tip A
a i & epruvete tip B
[MPa] lll' ‘ll' ‘ll' B epruvete tip C
&0 1 \'n, Il'., I\I, \'n, * gpruvete tip D
50
40
30 4 |
=
20 s
e
10 i ]
TRy
u] T T
u] 50 100 150 200 250 300 350 400
T [MPa]

Fig. 4.7. Diagrama Goodman modificatd pentru aliajul de aluminiu 2024 - T3

Punctele din fig. 4.7 reprezinta rezultatele experimentale obtinute pe
epruvete netede si cu concentratori la o durabilitate limitata N =10° cicluri. Se
remarca pentru aliajul de aluminiu 2024 - T3 o foarte buna concordanta a acestora
cu estimarile dupa diagrama Goodman modificata, daca coeficientul de concentrare
efectiv Kf se aplicd atat amplitudinii o5 cadt si tensiunii medii o, . Acest
comportament la oboseala este explicat prin faptul ca la nivelul de incarcare
corespunzator durabilitatii de 106 cicluri, tensiunile maxime la baza
concentratorilor Kiomax nu depdsesc limita de curgere o, si astfel nu apar
fenomene de plasticitate (tensiunile maxime sunt in cele trei cazuri
Kt BOmax = 251.76 , K¢ c omax = 281.22, K¢ pomax = 302.83 [MPa]).

Explicatia erorii relativ mari obtinute in cazul epruvetelor netede este legata
de existenta unui coeficient efectiv de concentrare Kf = 1.166 si in cazul acestora,
neglijat in calcule, stiut fiind faptul cd obtinerea unor epruvete ,netede” (cu Ky = 1)
este practic imposibila.
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In urma analizei sunt de subliniat cateva concluzii:
e nivelul tensiunii medii influenteazé in mod semnificativ rezistenta la
oboseala a epruvetelor cu concentratori;
e constructia acestor diagrame necesita un numar relativ redus de

caracteristici mecanice (o¢, of, o_1, or , K¢ ), iar estimdrile sunt rezonabile;

e variabilitatea coeficientului efectiv de concentrare K¢ 1in functie de
tensiunea medie o,, poate conduce la cresterea acestuia pana la valori apropiate
de coeficientul teoretic Ky, iar acest fapt influenteazd proiectarea regimului de
solicitare pentru componentele cu concentratori.

4.4. Calculul componentelor cu concentratori de tensiune la
solicitari variabile pe baza propagarii fisurilor

Procesului de degradare la solicitari variabile i sunt caracteristice trei etape
distincte in care se manifesta mecanisme diferite.

Initierea fisurii se refera la incipienta acesteia la baza concentratorilor de
tensiune, in jurul unor defecte de material sau pe baza unor mecanisme care au loc
la nivelul retelei cristaline pana cand microfisura capata dimensiunile care permit
detectarea ei prin procedeele de control nedistructiv. Cu alte cuvinte, acestei etape
Ti este caracteristica initierea microfisurilor si extinderea acestora pana la nivelul de
macrofisuri (in literatura tehnicd este acceptatd lungimea de = 0.1[mm], de la care
fisura este considerata initiatd). Cercetdrile experimentale au evidentiat ca
extinderea acestei etape poate reprezenta pana la 90% din durata de viata a unei
componente structurale.

Etapei de propagare a macrofisurii ii sunt dedicate cele mai complete studii,
incurajate si de aparitia unor metode moderne de masurare: microscopia
electronicd, tehnica curentilor turbionari, mdsuratorile pe baza diferentei de
potential, emisiile acustice etc. In cursul acestei etape microfisura se extinde cu o
vitezd mai mare sau mai mica in functie de material si de intensitatea solicitarii
aplicate, putdnd atinge lungimi de la cativa centimetri pana la cele de ordinul
metrilor in functie de dimensiunile componentei structurale.

Ruperea finald se produce atunci cand lungimea fisurii atinge o valoare la
care apare instabilitatea in extensia ei.

Evolutia unei fisuri in cursul propagarii se urmareste pe baza diagramei
a- N, unde a este lungimea fisurii, iar N numarul de cicluri aplicat. Trasarea
diagramei a- N reprezinta o problema majora in mecanica ruperii, deoarece pe
baza acesteia se poate aprecia durata de viata a unei componente structurale in
care s-a initiat o fisura detectabild, adicd o fisura avand o lungime minima ay care

poate fi detectata prin metode nedistructive.
In urma incercarilor de oboseald, pentru epruvetele de tip B, C, D s-au

trasat diagramele de variatie a lungimii fisurii a in functie de numarul de cicluri N
(fig. 4.8), pentru diferite raze la varful concentratorului p si valori ale tensiunii
maxime omax (gradul de asimetrie s-a pastrat constant, si anume R =0.5).
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Fig. 4.8. Diagrame a—N pentru aliajul de aluminiu 2024 - T3
Pentru diagramele din fig. 4.8 datele sunt prezentate in tab.4.4.,
Tabel 4.4
Epruvete tip | 0 max [MPa] ad [mm] N; [cic/ur/' ] acr [mm] Np [cic/uri ]
C (p=0.5) 112.66 0.3 197200 5.17 123100
D (p=0.2) 112.66 0.3 46670 5.02 61730
C (p=0.5) 157.73 0.3 60400 5.65 28850
B (p=3.0) 157.73 0.3 234500 5.05 17300

unde: agy reprezintd lungimea detectatd a fisurii la Ng cicluri, iar ac- lungimea
critica a fisurii la care se produce ruperea finald, numarul de cicluri necesar
propagdrii Np, de la detectare pana la rupere.

Se remarca din datele experimentale cd durata pana la detectarea fisurii Ny
depinde (la R=0.5 constant) in primul rdnd de raza p de la varful
concentratorului:
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e pentru cea mai mare raza la varf p:3.0[mm] etapa de initiere, care
depinde de starea de tensiune din zona concentratorului, prevaleaza reprezentand
aprox. 93% din durata de viata;

e pentru raza la varf p = 0.5[mm], de valoare intermediara, etapa de initiere
reprezinta intre 61.6% - 67.7% din durata de viata, in functie de nivelul solicitarii;

e in schimb, pentru cea mai micd razi la varf p=0.2[mm] etapa de
propagare a fisurii devine cea mai importanta (60% ).

Unul dintre parametrii de baza prin care se apreciaza ruperea la oboseala
este viteza de propagare a fisurii da/dN , care reprezintd lungimea cu care se
propaga fisura pe un ciclu de solicitare. Pentru diferite lungimi ale fisurii viteza de
propagare se obtine calculdnd panta diagramei a-N . Viteza de propagare a fisurii
da/dN depinde de lungimea initiala si de nivelul sau amplitudinea tensiunii aplicate,

marimi care intervin in expresia factorului de intensitate a tensiunii K . In principiu,
la cresterea lungimii fisurii initiale, respectiv a nivelului de solicitare, creste si viteza
de propagare a fisurii. Astfel, a aparut ideea ca viteza de propagare a fisurii de
oboseald se poate corela cu variatia factorului de intensitate a tensiunii, adica
da/dN = f(AK = Kmax — Kmin ) -

da K
p— | L
di II I |
mrm | '
ciclu Mecanisme continue : !
(prezenta striatilor) |
(log) |
|

I1I
I
Mecanisme statice
(clivaj, rupere inter-
granulara, fibroasa)
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discontinue a3

_ n
E—Cfﬂf(ﬂ
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|
|
|
|
|
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|
]

*  ricrostructura
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+« conditile de mediu
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*+  tensiunea medie
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Factori secundari:
+  conditile de mediu

Factori secundari;
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AR tH +  grosimea

Fig. 4.9. Forma generald a diagramei da/dN — AK (Dumitru [2001])

Diagramele da/dN-A4K se reprezintd de reguld in coordonate dublu

logaritmice, forma generalda a dependentei fiind reprezentata in fig. 4.9. Ea are
forma unei sigmoide si se imparte in trei domenii distincte:
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Domeniul I este caracterizat de existenta unei valori de prag a variatiei
factorului de intensitate a tensiunii 4Ky, sub care o fisurd existentd nu se propaga.
La o amplitudine a solicitarii mai mare decat valoarea de prag, da/dN creste rapid
cu 4K . In acest domeniu, viteza de crestere a fisurii variazd de la valori mai mici

de 10‘8[mm/cic/u], cat este sub pragul de propagare,péna la valori de cel mult
10> [mmyciclu].
Domeniul II este caracterizat prin dependenta liniara intre /og(da/dN) si
log(4K ), de forma ecuatiei lui Paris [1963]:
da

N clak)" (4.13)

unde C si n sunt constante de material. Pentru a tine cont si de gradul de

asimetrie R al ciclului, Walker [1970] a propus relatia de calcul a vitezei de
crestere a fisurii:

da AK "
——=C—— (4.14)
dN  (1-R)™
in care C,n si m sunt constante de material asemanatoare celor din legea lui
Paris.
In domeniul III variatia factorului de intensitate a tensiunii 4K este mare si

tinde catre valoarea sa critica K., astfel incat viteza de propagare a fisurii creste
nelimitat conducand la propagarea instabila a acesteia.

1.0E-06
da )
e 0O - epruvets tio C (@ =0.5 mm)
[mycicluri] A-epruvete tip 0a=0.2mm)
(log)

1.0E-07 A

1.0E-03

1 10

LK [MF‘aw.I"I‘F] (log)

Fig. 4.10. Variatia vitezei de propagare a fisurilor in functie de variatia factorului de
intensitate a tensiunii pentru aliajul de aluminiu 2024 -T3 (R=0.5)
Pe baza rezultatelor experimentale a-N (fig. 4.8), pentru nivelul maxim
omax = 112.66[MPa] al solicitdrii variabile, s-a reprezentat in coordonate dublu
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logaritmice viteza de propagare a fisurii da/dN in functie de 4K la varful fisurii,
utilizdnd metoda secantei, conform ASTM E647 - 00 .

Factorul de intensitate a tensiunii K la varful fisurii dezvoltate la baza
concentratorului de tensiune s-a calculat dupa solutia prezentata de Murakami
[1987], pentru crestatura laterala in V cu varful rotunjit:

Kr = "—"”l c+2) (1.122 ~0.561y - 0.36252 + 0.78573 - 0.347774) , (4.15)
-1
unde termenul (c+a) reprezintd suma dintre adancimea concentratorului si
lungimea fisurii, iar 7 = 2(c +a)/H.
Admitand o variatie de forma ecuatiei lui Paris (4.13), prin interpolare s-au

m

ciclu (MPa\/E )n
de aluminiu 2024 -T3 (fig. 4.10), rezultatele obtinute fiind in concordanta cu cele
publicate in literatura tehnica (Harter [2008]). Cunoscand aceste constante, se
determina durata de viatda a unei componente, exprimata prin numarul de cicluri
necesar pentru ca o fisura sa se extinda, dintr-o relatie de forma (4.13) sau (4.14),
prin rezolvare in functie de dN si integrare.

determinat constantele C = 1.47 1010 si n=3.7 pentru aliajul

4.5. Evaluarea durabilitatii unui arbore de turbina

4.5.1. Stabilirea regimului de exploatare si consideratii asupra
proprietatilor mecanice ale otelului din care este realizat arborele
turbinei

Arborele de turbind analizat reprezinta varianta retehnologizata monobloc,
realizatd prin forjare, urmatd de o strunjire de degrosare (R = 20 [ym]) la cotele
finale. In cadrul contractului de cercetare (BC 146 /13.10.2008), beneficiarul a
furnizat urmatoarele informatii pentru materialul din care este realizat arborele
turbinei:

e marca de otel 20GS , de provenienta ruseasca;

e compozitia chimic§ C(0.16 - 0.22%), Mn(1.00 - 1.30%), Si (0.60 - 0.80%),
Cr,Ni,Cu<0.30%,S,P<0.03%;

e caracteristici de material o. = 255.05[MPa], o, = 470.88[MPa].
Asa cum rezulta din compozitia chimica a otelului 20GS se poate considera ca este
vorba despre un otel slab aliat si calmat cu Si,Cr Ni, un otel cu o ductilitate relativ
scazuta, Nadasan [2003].

Lipsa caracteristicilor mecanice de tenacitate, ductilitate si oboseala pentru
otelul 20GS a impus alegerea unui otel echivalent, cu o compozitie chimica si

caracteristici mecanice similare. Astfel, in tab.4.5 sunt prezentate comparativ otelul
rusesc 20GS si alte doua marci, si anume, 20Mn5 si AISI 1020 . Se mentioneaza

faptul ca otelul AISI1020 este inferior din punctul de vedere al ductilitatii in
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comparatie cu 20GS , fiind necalmat si cu mai putine elemente de aliere. Totusi se

considera ca acest otel se afla la limita inferioara a caracteristicilor mecanice pentru
otelurile slab aliate cu Mn si in consecinta se poate utiliza in continuare pentru
studiile de initiere si propagare a fisurii, calculul fiind conservativ.

Tabel 4.5

Clw] Mn[w] si[w] criw] Ni[%w] culw] S[%]  Pl%]
20GS |0.16-0.22 1.0-1.3 06-0.8 <03 <0.3 <0.3 <0.03 <0.03
20Mn5 |0.17-0.23 1.0-1.5 <0.4 <04 <04 <0.1 <0.035 <0.035

AISI 1020 |0.17-0.23 0.7-1.0 <0.05 <0.04
Caracteristici oc [MPa] or [MPa] E[MPa] v
20GS 255.05 470.88 - -
20Mn5 250 490 - -
AISI 1020 262 440 207000 0.3

Solicitarile la care este supus arborele sunt produse, conform schitei de
calcul din fig. 4.11, de urmatoarele sarcini:
e greutatea turbinei bulb si a uleiului din butuc

Gt = 9(Mrotor+ Putei Vilei ) = 9.8(99.6 106 4+ 4.5. 900) - 1015770[N],  (4.16)

care produce un moment incovoietor M; = G¢L, unde L = 1650 + 375 = 2025 mm

este distanta de la centrul de greutate al rotorului pana la zona de racordare dintre
flansa de fixare a rotorului si arbore;

Gy My [375

e

1650 1520 2175

7572

h

i
el

Fig. 4.11. Schita incadrcarii ansamblului arbore-turbina
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o forta axiald maxima la debitul maxim
Fax, max = 5650 [kN] i (4.17)

e momentul de torsiune calculat pe baza puterii P =32.5 [MW] si a turatiei
arborelui n = 62.5[rot/min]|

My =9.55%‘106 =4.966-10° [Nmm]. (4.18)

Pentru calculul coeficientului teoretic de concentrare a tensiunii echivalente
in zona racordarii

Ky = —cchmax. (4.19)
Oech nom

s-a procedat la o analizd cu elemente finite pentru a determina oech max -

v ==

4.5.2. Analiza cu elemente finite a starii de tensiune

Modelarea 3D a geometriei arborelui s-a realizat cu ajutorul programului
Inventor , conform desenelor de subansamblu si executie primite de la beneficiar.
Dimensiunile de gabarit ale arborelui sunt lungimea Lt=7572[mm], diametrul
maxim Dmax = 2300 [mm], iar intre cele doud flanse arborele are o sectiune inelard
cu diametrul exterior Dg = 1200[mm] si interior D; = 600 [mm], n=D;/De = 0.5 .
Din modelul 3D (fig. 4.12) au fost eliminate geometriile de fixare de pe flanse, cu
scopul de a reduce dimensiunile modelului de calcul (Bordeasu [2009]).

Fig. 4.12. Modelul 3D al arborelui de turbina

Geometria 3D a arborelui, importatata in ANSYSv.11, s-a discretizat

utilizdnd elemente finite tetraedrice, cu o marire a densitatii elementelor in zona
racordarii dintre flansa de fixare a rotorului turbinei si arbore (modelul discretizat
contine 177344 elemente finite si 290848 noduri), o imagine de detaliu fiind
prezentata in fig. 4.13.
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Fig. 4.13. Discretizarea — imagine de detaliu din zona concentratorului de tensiune

. Remote Force 2:1.0158e+006 M
. Morment: 4 9664e+009 M-rrrm
[E) Moment 2: 4.966e+003 N-mm

. Cylindrical Support: 0. mm
[B] Cwiindrical Support 2: 0. mm
. Rernote Force: 5.652+006 W

Static Structural 2

Time: 1.5
1560142009 11:08

4e+003 {mm

2e+003

Fig. 4.14. Conditiile pe contur impuse arborelui de turbina
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Conditiile pe contur au fost impuse conform solicitarilor stabilite anterior
(axiala, incovoiere si torsiune). Rezemarile arborelui s-au definit ca suporti cilindrici
in zonele de lagaruire: in primul suport cilindric sunt blocate toate deplasarile
(radial, axial, tangential) pentru preluarea tuturor solicitarilor, iar cel de-al doilea
suport cilindric fixeaza doar deplasarile radiale (fig. 4.14).

In urma analizei cu elemente finite s-au urmarit starea de deformatie
(deformatia totala, deformatiile pe directiile x, y si z) si starea de tensiune

(tensiunile normale oy, o, o, tensiune tangentiald maximad rmayx si tensiunea
echivalentd oecp von Mises). Rezultatele obtinute indicd prezenta fenomenului de

concentrare a tensiunilor la racordarea dintre flansa si arbore (fig. 4.15). Valoarea
maxima a tensiunii echivalente este de 105.98[MPa] fiind mai mic decat tensiunea

admisibild o5 = 150[MPa], stabilitd in raport cu limita de curgere a materialului
oc = 260[MPa] si pentru un coeficient de sigurantd c = 1.733.

Coeficientul de concentrare a tensiunilor in zona racordarii flansa-arbore
determinat pentru tensiunea echivalenta devine dupa relatia (4.19)

Oech max 105.98
Ke = = =317 , 4.20
b echnom  33.38 (4.20)

unde oech nom S-a stabilit prin calcule clasice de rezistenta.

Equivalent Stress 2

Type: Equivalent (von-Mises) Stress
Linit: MPa

Time: 1

15/01/2009 11:42

105.98 Max
a7.403
88.83
80.257
71.685
B3.112
54.539 Z‘\V‘
45.968 0.00 700.00 (rmm)

37.394 N ——— |

28.821 Min 350.00

Fig. 4.15. Detaliu din zona concentratorului de tensiune ( ogch)
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4.5.3. Studiul fisurarii arborilor retehnologizati la solicitari variabile

Rezultatele controlului nedistructiv efectuat de beneficiar au indicat prezenta
unor fisuri de dimensiuni considerabile, prezentate in tab.4.6 pentru patru
hidroagregate, impreuna cu durata de functionare la care acestea au fost masurate.

Tabel 4.6
HA1 HA2 HA6 HA9
Durat de functionare [ore] 167105 168626 148396 101199
Adéncime fisurd, a [mm] 16.8 5 7 12
Lungime fisurd, 2c [mm)| 80 20 10-60 60
c/a -] 2.38 2.00 0.71-4.28 2.50

Se remarca prezenta fisurilor cu adancimi intre 5-16.8 [mm] la toti arborii
verificati, cu durate de functionare intre 100000 - 170000 [ore]. Raportul dintre
adéncimea si semilungimea fisurilor c/a, se situeaza intre 2-2.5 pentru trei dintre

arborii verificati. De asemenea, se constatd diferente mari intre adancimea si
lungimea fisurilor, la acelasi timp de functionare, pentru hidroagregate diferite.
Probabil, cauzele sunt legate de regimurile diferite de exploatare si variabilitatea
caracteristicilor de material.

Date fiind dimensiunile mari ale fisurilor detectate se considera ca durata de
functionare include atat durata de initiere N, cat si pe cea de propagare N, a

fisurilor. Pentru calculul duratei de initiere NI. s-a adoptat metoda bazata pe analiza

deformatiilor specifice, care utilizeaza curbele de oboseald ¢-N (Rusu [1992]).
Aceastd abordare descompune deformatia totald intr-o componentd elasticd Age si

una plastica Aep , pe baza buclei de histerezis. Variatia fiecarei componente la scara

dublu logaritmica poate fi reprezentata printr-o dreapta. Relatia ¢-N, cunoscuta si
drept ecuatia Coffin-Mason, se exprima astfel:

Az _Ase Aép  9F

=—1 e (2N)° 4.21
2722 T Eanp #2n) (4.21)

unde of - coeficientul rezistentei la oboseald, care este rezistenta reald la rupere

prin oboseald pentru 2N =1, b - exponentul rezistentei la oboseal3, & -

coeficientul ductilitatii la oboseald, care reprezinta deformatia specifica reald la
rupere la o singura inversiune 2N =1, c¢ - exponentul ductilitatii la oboseala.

Marimile Ry b, ¢ sunt constante de material si sunt determinate prin incercari

la oboseald. Pentru calculul la oboseald al arborelui turbinei aceste marimi au fost
alese pentru otelul echivalent AISI 1020 (tab.4.7).
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Tabel 4.7

Material E v oc or oF éf b c
ateria [MPa] [_] [MPa] [MPa] [MPa] [_] [—] [—]

AISI 1020 206843 0.3 262 440 1384 0.337 -0.156 -0.485

Rezistenta la oboseald este influentatda de mai multi factori printre care:
gradul de prelucrare al suprafetei, dimensiunile arborelui, concentrarea tensiunilor,
conditiile de mediu etc. Pentru cazul concret al arborelui analizat, prelucrat prin
strunjire, factorul de prelucrare al suprafetei se calculeaza dupa Shigley [1989] cu
relatia:

Ky =al(or VP =4.51.4407026°> — 0.9 (4.22)

La diametrul exterior De:1200[mm] se considera un factor dimensional

Kp = 0.85, rezulténd un coeficient de reducere a rezistentei la oboseala:
Kf =KgKp=0.9-0.85=0.765 . (4.23)

Coeficientul de concentrare a tensiunii Ky nu s-a introdus in expresia de calcul a lui
Kf, deoarece programul ANSYS lucreazd cu tensiunile efective din zona de
racordare flansa-arbore.

Life 2
Type: Life

Time: 1
1710172009 12:27

1e9 Max
8.7524e8
7660428
B.7047e8
5.8682e8
5.136e8
4.4853e8
3.9344e8
3.4435e8
3.0139e8 Min

0.00 1000.00 {rmm Z—"—;
e

a00.00

Fig. 4.16. Numarul de cicluri pana la initierea fisurii
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Calculul la oboseald s-a realizat pentru tensiunea o,, produsd de
suprapunerea solicitarilor de incovoiere si intindere. Caracteristicile ciclului de
solicitare n zona racorddrii sunt omax = 88.86 [MPa], Omin = —6.52 [MPa] si
R =-0.07 . In urma analizei cu modulul de oboseald al programului ANSYS v.11 s-a
obtinut o duratd minima pana la initierea fisurilor de oboseala in zona de racordare,
N; = 3.0139-108 cicluri, adicd N; = 80370 ore de functionare, fig. 4.16.

Cunoscand, din subcapitolul precedent 4.4, faptul ca viteza de propagare a
fisurii pentru un anumit material este o functie de 4K si R cu forma generala

da/dN = f(4K,R) (4.24)

durata de viata, exprimata prin numarul de cicluri necesar pentru ca o fisura sa se
extinda, se determina rezolvand ecuatia (4.24) in raport cu dN si integrand:

N, a
fc/N—Nf Ng =N, —Jf da (4.25)
~ NNy =Ny = . .
F(4K,R)
Ny ag

Astfel, pe baza ecuatiei (4.25) se calculeazd numarul de cicluri N necesar
pentru ca o fisurd sa se extinda de la lungimea detectatd ay cdreia ii corespunde
Ng cicluri, la lungimea criticd a-, la care se ajunge dupd N¢ cicluri. Rezolvarea

analitica a ecuatiei (4.25) s-a efectuat in programul AFGROW , dezvoltat de Harter
[2008] la Wright-Patterson Air Force Base pentru estimarea durabilitatii
componentelor avioanelor militare.

Pentru estimarea vitezei de propagare a fisurii s-a considerat o sectiune
inelara cu o fisura eliptica dispusa circumferential (fig. 4.17), pentru care solutia
factorului de intensitate a tensiunii a fost propusa de Raju [1984]:

K = (ot + Hoj ),/ﬁ%F(a,c,Di,De,qﬁ) , (4.26)

unde of reprezinta tensiunea de tractiune, o tensiunea de incovoiere, H, F sunt
functii de geometria fisurii (adancimea si lungimii fisurii), grosimea peretelui si
pozitia pe frontul fisurii, iar Q = 1+ 1.464(a/c)!-6

| 2

pentru a/c < 1.

Fig. 4.17. Modelul geometric pentru propagarea fisurii
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Introducerea dimensiunilor geometrice pentru fisura si sectiunea arborelui

Geometry  Dimension |Luad I

todel dimenzions are initialized to default values at start-up or
when a new model configuiation iz selected.

i Enter specimen dimensions

Outer Diameter [Da]: |1 2
Inner Diameter (D] I

i~ Enter crack dimensions

o »-C
i Crack Length -C' Direction: |0.002
Crack Length-A' Direction: |0.001

¥ Keep '&/C' constant

este ilustrata prin fereastra de program din fig. 4.18.

ak I Cancel | Zpply | Help

Do

(14

Fig. 4.18. Introducerea geometriei
Conform solicitarilor la care este supus arborele turbinei, pentru studiul

propagarii fisurii s-au considerat doua situatii ipotetice:

solicitarea de incovoiere dupd un ciclu simetric omax = —-omin = 42 [MPa]

(conform analizei cu elemente finite) de amplitudine constanta;

solicitarea compusa de incovoiere cu intindere, considerand ca solicitarea

Geometryl Dimension Load I

@Fnr some models AFGROW allows to combine multiple load case

solutions. The ratio of the tension, bending or bearing stress to
the reference stress must be input for each load casze

i~ Tension

Stress Fraction: IU.33

— Bending

Stress Fraction: ID.B?

~ Bearing

Stress Fraction: ID

k. | Cancel | Spply | Help

Do

Fig. 4.19. Compunerea solicitarilor de tractiune si incovoiere

statica de tractiune se suprapune peste cea de incovoiere, rezultdnd un ciclu cu
omax = 88.9 [MPa), omin =-6.5 [MPa] si R =-0.07 (fig. 4.19).

Model Geometry and Dimensions

112

BUPT



Caracteristicile de mecanica ruperii ale otelului AISI 1020 sunt preluate din
baza de date a programului AFGROW : AKgs = 1.5[MPa\/E] , Kic =77[MPa\/E] ,

K :110[MPaJE] , si constantele din relatia lui Walker (4.14) C =1.447.10712,
n=3.6 sim=1.

Pentru simulare se porneste de la dimensiunile initiale ale fisurii a = l[mm]
si c= Z[mm], dimensiuni la care se ajunge dupa 80370 de ore conform studiului

de initiere; ulterior, numarul de ore pentru propagarea fisurii se adauga numarului
de ore pentru initierea acesteia. In fig. 4.20. sunt prezentate curbele de crestere a
adancimii fisurii in functie de numarul orelor de functionare si rezultatele controlului
nedistructiv.

20 7 Adancime

fisura
81 tmm]
16 4 o Rezultate control
nedistructiy
14 4 & Incovoiere, ciclu alternant
. S HAS
17 4 simetric
o Incovoiere+tractiune, ciclu
10 4 pulsant
8 .
1T
61 i
4
4 — st
2 - o 08%a ad
O - T T T 1
1] 50000 100000 150000 200000

Ore functionare

Fig. 4.20. Adancimea fisurii in functie de numarul orelor de functionare si rezultatele
controlului nedistructiv
Din aceasta figura se observa ca rezultatele simularii cresterii fisurii sunt in
concordanta cu masuratorile experimentale efectuate prin control nedistructiv. Se
poate stabili o limitd superioard a vitezei de propagare a fisurii de aprox.

1.185 -10~% [mmjor&]. Astfel, pentru o turatie a arborelui de 62.5 [rot/min] rezultd

o vitezd de propagare a fisurii de 3.16-10~8 [mmj/ciclu]. Aceastd vitezd este
corespunzatoare propagarii fisurilor de oboseala sub actiunea unor solicitari de
intensitate medie.
In fig. 4.20 se identificd urmatoarele trei zone:
e zona I (situata sub linia intrerupta) de initiere a fisurii;
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e zona II (cuprinsd intre linia intreruptd si cea continud) in care fisura se
propaga stabil si in care s-au plasat rezultatele masuratorilor nedistructive. Pentru
arborii cu fisuri detectate in aceasta zond se recomandad reconditionarea lor si
fnlaturarea fisurilor. .

e zona III (peste linia continud) in care fisura se extinde rapid. In aceasta
zona trebuie evitata functionarea arborilor fisurati, deoarece se poate produce
ruperea instabila, cu afectarea integritatii structurale si a altor componente ale
hidro-agregatului.

Rezulatele analizei recomanda urmatoarele masuri:

e pentru arborii controlati nedistructiv HA1, HA2, HA6 si HA9 indepartarea
fisurilor prin reconditionare;

e controlul nedistructiv al arborilor de la HA7 si HA8 pentru evaluarea
fisurilor si masurarea lor;

e pentru arborii retehnologizati HA3, HA4 si HA5 efectuarea unui control
nedistructiv pentru detectarea initierii fisurilor. Acest control se va efectua dupa un
numar de ore de functionare (Fawaz [2008]):

_Ni _80370
2 2

si monitorizarea periodica a fisurilor detectate.

N =40175 [ore] , (4.27)
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5. CONTRIBUTII PERSONALE SI CONCLUZII.
DIRECTII VIITOARE DE CERCETARE

Teza nu epuizeaza vasta problematica a fenomenului de concentrare a
tensiunilor in mecanica ruperii si oboseala materialelor. Ea se doreste a fi insa, un
mic pas inainte in studiul acestor probleme.

Principalele contributii personale si concluziile care rezulta din acestea, in
ordinea prezentarii lor pe parcursul lucrarii, sunt:

e Sinteza bibliografica originala cu privire la cercetarile si tendintele actuale in
domeniul efectului de concentrare a tensiunilor in mecanica ruperii si oboseala
materialelor.

e Comparatie intre regulile lui Neuber si Glinka pentru determinarea
coeficientului de concentrare a tensiunilor K, si deformatiilor specifice K, in cazul

aliajului de aluminiu 6060 -T66 a carui curba caracteristica este modelata dupa
ecuatia Ramberg-Osgood si in ipoteza unui concentrator de tensiune de tip gaura
circulard (K¢ = 3 ). Rezultatele obtinute confirma concluziile exprimate si in alte
lucrari stiintifice, conform carora estimarile dupa regula lui Neuber sunt superioare
cu aprox. 5-10% celor obtinute din aplicarea regulii lui Glinka. Daca tensiunea
nominala depaseste limita de proportionalitate, diferentele intre estimarile
coeficientului de concentrare a deformatiei specifice K., dupa cele doud reguli,
cresc la aprox. 35-40% din cauza plasticitatii ridicate a acestui aliaj de aluminiu.

e Comparatie a expresiilor pentru factorul de intensitate a tensiunii la
concentratori singulari (fisurd, crestatura V cu raza la varf p=0) si respectiv
nesingulari (a caror raza la varf p = 0).

e Sinteza metodelor analitice, numerice si experimentale pentru determinarea
distributiei tensiunilor si deformatiilor specifice in zona concentratorilor de tensiune.

e Aplicarea unei metode experimentale relativ recenta in studiul fenomenului

de concentrare a tensiunilor si deformatiilor specifice, si anume metoda corelarii de
imagini digitale. Utilizdnd sistemul ARAMIS 2M , pentru un concentrator de tensiune

de tipul crestatura laterala cu raza la varf p = 0.5[mm] si deschiderea unghiulara
20 =90° s-a determinat distributia deformatiilor specifice ¢, pentru trei niveluri de

solicitare: in domeniul elastic, elasto-plastic si in apropierea ruperii finale.
Rezultatele experimentale obtinute au fost comparate cu cele numerice obtinute
dintr-o analiza neliniara cu elemente finite. Din compararea rezultatelor s-a stabilit
ca metoda coreldrii de imagini digitale este capabild sa surprindd fenomenul de
concentrare a deformatiilor specifice, iar concordanta rezultatelor numerice si
experimentale este foarte buna, erorile relative nedepasind +15% .

e Prezentarea unei formule recente obtinuta de Filippi, Lazzarin si Tovo [2002]
pentru concentratorii laterali de tip crestatura V, formuld extrem de generald, ale
carei particularizari conduc la solutiile cunoscute (Williams [1952], Creager [1967]).
Rezultatele obtinute prin aplicarea acestei formule pentru distributia tensiunilor, in

cazul a doi concentratori laterali de tip V cu deschiderea unghiulara 2a =90° si
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razele la varf p=0.2 si 0.5 [mm], au fost comparate cu rezultatele obtinute prin
aplicarea solutiei propuse de Glinka [1985a] si cu cele numerice dintr-o analiza cu
elemente finite. Concordanta rezultatelor este foarte buna pana la nivelul intersectiei
distributiei tensiunilor circumferentiale o4 cu linia tensiunii nominale nete o pet .

e Prezentarea a doua metode de calcul a factorului de intensitate a tensiunii
K‘I/'p pentru concentratorii de tip crestatura laterald in V rotunjiti la varf, propuse in

literatura tehnica de Filippi [2002] si Lazzarin [2006]. Pentru doua cazuri concrete a
fost studiata influenta geometriei concentratorului, prin raza la varf, asupra marimii
domeniului de valabilitate a solutiei exprimata prin factorul de intensitate a
tensiunii.

e Determinari experimentale ale caracteristicilor mecanice (rezistenta la
rupere o,, modulul de elasticitate longitudinal E) si de mecanica ruperii

(tenacitatea la rupere K j- ) pentru polimerul Necuron 1020.
e Determinarea experimentala a rezistentei la rupere o, definitd ca

tensiunea nominala aplicatd in sectiunea bruta, pe epruvete cu concentratori de
tensiune de tip gaura circulara pentru diferite valori ale diametrului
d=1,2,3[mm]. Rezultatele experimentale au fost comparate cu estimarile

obtinute prin aplicarea a trei criterii diferite de rupere, cu doi (Griffith, Leguillon) sau
trei parametri de material (Zhang). Excelenta concordanta a rezultatelor
demonstreaza ca este posibilda adaptarea acestor criterii de rupere, dezvoltate
pentru concentratorii singulari de tensiune (raza la varf p=0), la ruperea
componentelor structurale cu concentratori de tensiune nesingulari.

e Prezentarea metodei distantelor critice si determinarea pentru polimerul
Necuron 1020 a parametrilor de material, distantd caracteristicd L (respectiv L¢) si

tensiune criticd o (respectiv zp), pentru solicitarea de tractiune uniformad

uniaxiala (si respectiv de torsiune).

e Evaluarea rezistentei la rupere pe cale experimentalda si prin aplicarea
metodei punctului, pentru epruvete cu concentratori de tensiune diferiti ca
dimensiune, forma si coeficient teoretic de concentrare a tensiunilor. Compararea
rezultatelor a demonstrat ca exista o limitare a aplicabilitatii acestei metode, atat la
nivelul dimensiunii absolute a concentratorului cat si a coeficientului teoretic de
concentrare a tensiunilor K¢ . Astfel, metoda furnizeaza rezultate rezonabile pana la
o dimensiune absoluta a concentratorului comparabild ca ordin de marime cu
distanta caracteristica L si pana la valori ale coeficientului teoretic de concentrare
Kt <2.

e Adaptarea metodei distantelor critice la ruperea unui bloc de conectare si
testare a cablajelor auto solicitat in modul mixt I/II, dupa formularea propusa de
Susmel [2008]. Estimarea fortei care produce ruperea blocului de conectare pe baza
acestei metode s-a realizat pe baza unei ample analize cu elemente finite pentru
mai multe directii posibile de rupere si localizari ale punctului de initiere a ruperii. In
dreptul unui concentrator de tensiune de tip gaurd circulara strapunsa si pentru
directia critica (o* =45°, s-a obtinut valoarea minima a fortei de rupere, eroarea
relativa fata de forta determinata experimental fiind de +20%, considerata
rezonabila pentru aplicatiile ingineresti. in concluzie, metoda distantelor critice se
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poate aplica cu succes la evaluarea rezistentei componentelor structurale complexe
solicitate in moduri mixte.

o Incercéri experimentale de oboseald cu amplitudine constantd si coeficient
de asimetrie R =0.5 pe epruvete netede si cu concentratori de tensiune realizate
din aliajul de aluminiu 2024 -T3.

e Trasarea curbelor de obosealda o - N si determinarea rezistentei la oboseala

pentru durabilitate limitata N = 10° cicluri.
e Prezentarea unei analize critice asupra coeficientului efectiv de concentrare
a tensiunilor la solicitari variabile Kf .

e Trasarea diagramelor ciclurilor limita dupa schematizarea Goodman si
evaluarea rezultatelor experimentale obtinute. Pentru aliajul de aluminiu 2024 -T3
s-a obtinut o buna concordanta a rezultatelor, dacda coeficientul efectiv de
concentrare a tensiunilor la solicitdri variabile K¢ se aplicd atat amplitudinii o5 cat

si tensiunii medii o, . Acest comportament la oboseala este explicat prin faptul ca

la nivelul de solicitare corespunzator durabilitatii limitate N = 10° cicluri, tensiunile
maxime la baza concentratorilor nu depdsesc limita de curgere o .

e Trasarea diagramelor de variatie a lungimii fisurii in functie de numarul de
cicluri a-N, pentru valori diferite ale razei la varful concentratorului
(p=0.2,0.5,3[mm]) si doud niveluri ale solicitirii. S-a demonstrat c3 etapa de
initiere a fisurii de oboseala depinde de raza la varful concentratorului si reprezinta o
pondere tot mai mare din durata de viata pe masura ce raza la varf se majoreaza.

e Determinarea pentru aliajul de aluminiu 2024 -T3 a constantelor de
material C si n din relatia Iui Paris [1963], prin trasarea curbelor da/dN - 4K .

Rezultatele obtinute sunt in buna concordanta cu cele publicate in literatura tehnica
(Harter [1963]).

e Evaluarea durabilitdtii unui arbore de turbind cu un concentrator de tip
racordare dubla, pe baza unui calcul de initiere si propagare a fisurii. Calculul de
initiere a fisurii de obosqalé s-a realizat prin analizd cu elemente finite utilizand
programul ANSYS v.11. In continuare, pe baza rezultatelor obtinute pentru initiere

s-a realizat o analiza de propagare a fisurii cu programul AFGROW si o estimare a
perioadei de propagare, cu intocmirea unui set de masuri recomandate pentru
monitorizarea si reconditionarea arborilor de turbina.

Pe parcursul elaborarii acestei lucrari autorul a gasit necesara pentru viitor
focalizarea atentiei asupra catorva noi directii de cercetare in vasta problematica a
concentratorilor de tensiune. Amintim aici doar cateva dintre acestea:

e analiza fenomenului de concentrare a tensiunilor in jurul cavitatilor (micro-
defecte) de formad supra-eliptica si sub-eliptica in placi solicitate la intindere
uniforma uniaxiala si biaxiala in planul lor.

e utilizarea unor metode analitice noi, respectiv metoda homotopiei si metoda
iteratiei variationale, la determinarea campului tensiunilor si deformatiilor specifice
din zona concentratorilor de tensiune.

e extinderea utilizarii metodei distantelor critice la ruperea componentelor
structurale realizate din materiale compozite, pentru valorificarea rezultatelor
cercetarilor intreprinse in cadrul proiectului CEEX nr.202/2006 din a carui echipa

de cercetare autorul a facut parte.
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e aplicarea metodei distantelor critice la ruperea imbinarilor lipite, cu scopul
de a valorifica rezultatele cercetarilor din cadrul proiectului CEEX nr.262/2006 din
a carui echipa de cercetare autorul a facut parte si pe care I-a condus in perioada
ianuarie-septembrie 2008 .

e evaluarea rezistentei la oboseala a epruvetelor cu concentratori de tensiune
prin alte metode noi propuse in literatura tehnica (metoda distantelor critice,
metoda volumetricid, metoda modelarii fisurii) si compararea estimarilor cu
rezultatele experimentale obtinute si prezentate in cadrul acestei lucrari.
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