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Resumo

Mejia Sanchez, Eleazar Cristian; Meggiolaro, Marco Antonio.
Desenvolvimento de uma Maquina Tragcdo-Tor¢cdo de Ensaio de
Fadiga para a Avaliacdo de Modelos de Plasticidade Incremental.
Rio de Janeiro, 2014. 191p. Tese de Doutorado - Departamento de
Engenharia Mecanica, Pontificia Universidade Catdlica do Rio de
Janeiro.

A avaliacdo experimental de modelos de plasticidade incremental e a predicao
da vida a fadiga sobre cargas combinadas requer o uso de maquinas de testes
multiaxiais. Neste trabalho ¢ desenvolvida uma méaquina tragao-tor¢ao (MTT) para
avaliar modelos de plasticidade incremental. Este sistema eletromecanico utiliza
como atuadores principais dois motores de corrente continua conectados a caixas
de reducdo para gerar os carregamentos de tracao axial e/ou tor¢ao. O projeto da
MTT compreende a analise de sua integridade estrutural, seu dimensionamento, ¢
o calculo da vida a fadiga de seus principais componentes; o projeto e
desenvolvimento de uma célula tragdo-tor¢do (LTC - load torque cell); o
desenvolvimento e implementagdo das técnicas de controle; e finalmente sua
construcao e avaliacdo. Uma técnica de controle PID por modos deslizantes (PID
Siding Mode control) foi especialmente desenvolvida para esta maquina,
consistindo em aplicar um sinal de controle descontinuo que for¢a o sistema a
deslizar ao longo de uma superficie de convergéncia. Esta técnica de controle tem
a capacidade de controlar continuamente a forca axial e/ou o torque aplicado ao
corpo de prova de maneira independente, o que permite gerar histérias de cargas
ndo-proporcionais. Os métodos de controle sdo implementados em uma plataforma
computacional em tempo real CompactRio. Deste modo, é possivel gerar uma
maquina de ensaios de fadiga multiaxial compacta, de facil manuseio, que nao
precise de um sistema de controle complexo, € a um baixo custo. A maquina tragao-
torcao foi projetada para atender a uma ampla gama de ensaios de fadiga multiaxial,
com uma capacidade de for¢a axial maxima de +200 kN e torque maximo de £1300
N.m. O desempenho da MTT foi avaliado experimentalmente através de ensaios de
plasticidade incremental. Para tanto, foram usados corpos de prova de tragdo-tor¢ao
para medir seus comportamentos sobre cargas multiaxiais. Ensaios de encruamento
ndo-proporcional, ratcheting (fluéncia ciclica) multiaxial e ratcheting uniaxial

foram realizados em corpos de prova de ago inox 316, aco 1020, aluminio 7075 e



aluminio 6063 na MTT, assim como em uma maquina Instron de 100 kN. Um
simulador de plasticidade incremental para carregamentos de tracdo-torgdo foi
desenvolvido, incorporando o modelo de encruamento cinematico ndo-linear de
Jiang-Sehitoglu, e o modelo incremental de encruamento nao-proporcional de
Tanaka. Os pardmetros do material foram calibrados a partir de ensaios
experimentais, permitindo que as simula¢des fossem capazes de prever o
comportamento do material sobre diferentes historias de carregamento, assim como
as taxas de encruamento ndo-proporcional e de ratcheting. Os experimentos e
simulagdes confirmaram tanto a adequabilidade da MTT desenvolvida, quanto do
simulador de plasticidade incremental implementado, baseado nos modelos nao-

lineares de Jiang-Sehitoglu e Tanaka.

Palavras-chave
Maquina de Fadiga Biaxial; Fadiga Multiaxial; Plasticidade

Incremental; Controle Sliding; Célula de Carga e Torque.



Abstract

Mejia Sanchez, Eleazar Cristian; Marco Antonio Meggiolaro (Advisor).
Development of a Tension-Torsion Fatigue Testing Machine to
evaluate incremental plasticity models, Rio de Janeiro, 2014. 191p.
These of Doctor - Departamento de Engenharia Mecénica, Pontificia
Universidade Catdlica do Rio de Janeiro.

The experimental evaluation of incremental plasticity models and fatigue life
prediction under combined loads requires the use of multiaxial testing machines. In
this work, an axial-torsion machine (MTT) was developed to evaluate incremental
plasticity models. This electromechanical system uses as a main actuators two DC
motors connected to gearboxes to generate the axial and/or torsion loads. The
design of axial-torsion machine comprises the analysis of its structural integrity, its
dimensioning and fatigue life prediction its major components; the design and
development of a load torque cell — LTC; the development and implementation of
control techniques, and finally, its construction and its performance evaluation. A
PID Sliding Model control technique has been specially developed for this machine,
which consists in applying a discontinuous control signal that forces the system to
slide along a surface convergence. This control technique has the ability to control
the axial force and/or torsion applied to specimen test in an independent manner,
which allows to generate a non-proportional loading histories. The control methods
are implemented on a computing platform in real time CompactRio. Thus, it’s
possible to developed a compact multiaxial fatigue testing machine, easy to handle,
which does not require a complex control system, and at a low cost. The tension-
torsion machine was designed to meet a wide range of multiaxial fatigue tests, with
a maximum capacity of axial force of = 200 kN and torque of + 1300 N.m. The
MTT performance was evaluated experimentally by incremental plasticity testing.
For this purpose, tensile / torsion specimens were used to measure their behavior
under multiaxial loads. Testing of non-proportional hardening, multiaxial
ratcheting and uniaxial ratcheting (cyclic creep) were performed on specimens of
316 stainless steel, 1020 steel, 7075 aluminum and 6351T6 aluminum in the MTT,
as well as a Instron Machine of + 100 kN. A simulator of incremental plasticity to
tensile-torsion loads has been developed, incorporating the non-linear kinematic
hardening model of Jiang-Sehitoglu, and non-proportional hardening model of

Tanaka. The material parameters were calibrated using experimental tests, allowing



the simulations to predict the material behavior under different load histories, as
well as rates of non-proportional hardening and ratcheting. The experiments and
simulations confirmed both the suitability of the developed MTT, as well as the

simulator of incremental plasticity implemented, based on non-linear models of

Jiang-Sehitoglu and Tanaka.

Keywords

Biaxial Fatigue machine; Multiaxial Fatigue; Incremental Plasticity;
Sliding Control; Load Torque Cell.
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1.
Introducéo

1.1.
Objetivo

O objetivo desta tese ¢ avaliar modelos de plasticidade incremental em fadiga
multiaxial. Para isso, nesta, desenvolveu-se uma maquina biaxial tra¢do-tor¢ao
servindo-se de atuadores eletromecanicos de baixo custo, com o intuito de
viabilizar-se uma maquina para o estudo dos modelos de plasticidade incremental.
O desenvolvimento da maquina biaxial inclui seu projeto, a constru¢do, o
desenvolvimento da célula de carga e torque e a implementacdo das técnicas de

controle.

1.2.
Consideragdes iniciais

As maquinas tradicionais de testes de fadiga geralmente baseiam-se em
sistemas servo-hidraulicos, e t€ém como propdsito fazer ensaios uniaxiais nos
materiais para prever a vida util em servico. Estas maquinas servo-hidraulicas t€ém
um elevado custo, portanto em muitos casos ndo ¢ possivel adquiri-las unicamente
para os propoésitos de pesquisa. As maquinas multiaxiais tém ainda um custo mais

elevado, dado que requerem dois ou mais atuadores, e uma estrutura mais rigida.

As cargas reais de servigo geralmente podem atuar em diferentes pontos da
peca, as quais podem vir de uma, ou de miltiplas fontes. Estas cargas podem induzir
forcas de torcdo, flexdo, normais e cortantes que combinadas podem gerar tensoes
bi, ou tri-axiais varidveis nos pontos criticos da peca, causando o problema

conhecido como “fadiga multiaxial” [1].
Muitos destes componentes mecanicos criticos experimentam cargas ciclicas

multiaxiais durante sua vida util. O problema de fadiga multiaxial torna-se assim

mais complexo devido a distribuicdo de esforgos e das diferentes direcdes da
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inicia¢do de trinca dos componentes [2].

Neste trabalho desenvolveu-se uma maquina biaxial tragdo-tor¢do, com
atuadores elétricos, incluindo sua analise estrutural, sua modelagem e o
desenvolvimento dos transdutores de for¢a e torcdo. Posteriormente foram
implementadas diversas técnicas de controle robusto para superar as nao-
linearidades da dindmica da maquina biaxial e pode se verificar,
experimentalmente, sua exatidao no controle de trajetoria de forca e torque 90° fora
de fase. Finalmente avaliaram-se, experimentalmente, alguns modelos de
plasticidade incremental para prever fluéncia ciclica (Ratcheting) e encruamento

nao proporcional.

1.3.
Motivacao

Os ensaios de materiais sdo realizados com duas finalidades: uma ¢ a de
permitir a obtengdo de informagdes rotineiras do produto (ensaios de controle) no
recebimento de materiais dos fornecedores e no controle final do produto acabado.
A outra finalidade é a de desenvolver novas informagdes sobre os materiais, como
no desenvolvimento de novos materiais, de novos processos de fabricacdo e novos
tratamentos. O ensaio de fadiga ¢ capaz de fornecer dados quantitativos relativos as
caracteristicas de um material ou componente a suportar cargas repetitivas e/ou
ciclicas, por longos periodos, sem se romper. A Figura 1.1 apresenta um ensaio de

iniciag¢do de trincas de fadiga.

Figura 1.1. Ensaio de Fadiga
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Os ensaios mecanicos multiaxiais permitem a determinacdo de propriedades
mecanicas que se referem ao comportamento do material quando submetidos a acdo
de esforcos reais. Elas sdo expressas em funcdo de tensdes e/ou deformagdes. O
ensaio de fadiga multiaxial consiste, por exemplo, na aplicacdo de duas cargas
ciclicas independentes, e.g. uma tragdo ¢ um torg¢or fora de fase em um corpo de
prova apropriado ¢ padronizado segundo o tipo de ensaio a ser realizado, gerando

assim uma variacdo nas dire¢des principais ao longo do tempo.

Ha diversos modelos a serem propostos para a modelagem de dano por fadiga
multiaxial. A maioria deles limita-se aos materiais especificos ou as condi¢des de
carga. Alguns ndo conseguem prever a orientacao da trinca, o que vem a ser outra
caracteristica distintiva do dano por fadiga multiaxial, em comparacao ao problema
da fadiga uniaxial. Assim, ndo existe um modelo de dano por fadiga multiaxial

universalmente aceito [2].

Outra motivacao desta tese ¢ a construcdo de uma maquina biaxial tracdo-
tor¢do no Laboratdrio de Fadiga da PUC—Rio para ensaios de fadiga multiaxial a
baixo custo, a qual permitira a avaliacdo de modelos mais reais na previsdo da vida
a fadiga. Esta maquina também pode permitir o estudo de modelos de plasticidade
incremental para prever a fluéncia ciclica multiaxial (Ratcheting multiaxial),

encruamento ndo proporcional e encruamento cinematico.

1.4.
Reviséo bibliogréfica

Nos primeiros trabalhos relacionados a fadiga multiaxial, os critérios de
fadiga utilizados basearam-se essencialmente nos extensos trabalhos experimentais,
como os desenvolvidos por Nishihara e Kawamoto [3] e por Gough [4]. Existe um
grande numero de autores que propuseram diferentes critérios de fadiga multiaxial,
os quais, segundo Gongalves [5], podem ser classificados em critérios empiricos,
baseados em tensdo, em deformagdo, energia, planos criticos, nivel mesoscopico ¢
tensoes medias no interior de volumes elementares, mas ainda ndo existe um critério

universalmente aceito.
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Existem muitos trabalhos de modelos de dano a fadiga multiaxial na
literatura, tais como os modelos propostos por Sines, Crossland, Findley,
McDiarmid, Brown—Miller, Fatemi—Socie e Smith-Watson-Topper (SWT) [6].
Estes requerem conhecimento da amplitude das tensdes, ou deformagdes, muitas
vezes dificeis de obter-se nos casos de historia de carregamento multiaxiais ndo

proporcionais.

A partir do trabalho pioneiro de Bauschinger compreendeu-se que a
deformacdo plastica ¢ associada ao dano da fadiga. Geralmente os componentes sdo
projetados na faixa elastica, mas eventualmente possuem regides de concentragdo
de tensoes, onde localmente as tensdes excedem a resisténcia ao escoamento. Neste

caso ¢ necessario uma analise da plasticidade [6].

No estudo dos modelos de plasticidade incremental, Mroz [7] propds um
modelo multi-linear de encruamento cinematico de multiplas superficies. Zeng [8]
melhorou este modelo incorporando um efeito Bauschinger mais realista para o
carregamento ciclico. Ja Garud [9], baseando-se nas modernas teorias de
plasticidade e uma nova regra de encruamento, propds um procedimento para o
calculo do trabalho plastico envolvendo considera¢des explicitas da relagdo
constitutiva do material. O desempenho deste novo procedimento foi avaliado
experimentalmente e previu a resposta ciclica de tensdo-deformagdo para um
carregamento multiaxial fora de fase. Contudo, estes modelos ndo sdo capazes de

reproduzir fendmenos ndo lineares como a fluéncia ciclica (Ratcheting).

No estudo do fenémeno de Ratcheting podem-se mencionar os trabalhos
feitos por Jiang [10] [11], que propds uma regra de encruamento cinematico
utilizando o conceito de superficies limitante para as componentes de translagao da
superficie de escoamento (Backstress). Este modelo prevé bem o fendmeno de

ratcheting para carregamento proporcionais € ndo proporcionais.

Dentre os principais trabalhos encontrados na literatura e relacionados ao
estudo dos modelos de encruamento ndo proporcional podem-se citar os feitos por
Itoh [12], que estudou a microestrutura do ago inox-304, submetido a trajetorias de

deformagédo ndo proporcional tragdo-torgdo ¢ a temperatura ambiente. Em um outro

24



trabalho, Itoh [13] estudou a vida a fadiga em baixo ciclo da liga de aluminio 6061,
submetido a 14 trajetorias de deformacao tracao-tor¢do e, posteriormente, estudou

o comportamento de cargas ndo proporcionais para uma liga Ti-6AI-4V [14].

As maquinas para ensaios de fadiga geralmente sdo utilizadas nos trabalhos
de ensaio em laboratério e nas diversas pesquisas. Cada uma delas tém diversas
caracteristicas especificas que dependem do tipo de ensaio, do tamanho da amostra
e do tipo de carregamento solicitado. Ao longo dos anos foram desenvolvidas por
pesquisadores diversas maquinas, as quais operam de forma mecéanica,

eletromecanica, pneumatica, eletromagnética e hidraulica [15].

Segundo Weibull, no projeto das maquinas de fadiga devem-se levar em conta
as seguintes caracteristicas: a) 0 mecanismo que produz o carregamento constante
e/ou alternado; b) os mecanismos de transmissdo de carga (garras, juntas de flexdo,
guias de fixacdo, etc.); ¢) os transdutores de medi¢do que permitem medir cargas,
deformacgdes, e ajustar seus limites de carga ou deformacao; d) o dispositivo de
controle para manter carregamentos, ou deformacdes nas trajetorias desejadas
requeridas pelo ensaio; €) uma estrutura rigida que suporte os componentes da
maquina e evite problemas de vibragdo. Weibull prop6s uma classificacdo das
maquinas de ensaio de fadiga de acordo com o propoésito do ensaio, os tipos de
carga, os meios de produzir a carga, as caracteristicas operacionais, etc; Destacou,
também, a importancia da calibracdo como um fator indispensavel para a obtencao
de resultados confiaveis. Todos estes detalhes devem ser levados em consideracgao,

ja que podem influenciar nos resultados [16].

A seguir, apresentam-se as principais maquinas de ensaios de fadiga
multiaxial utilizados na atualidade. Uma maquina tragdo-tor¢do para ensaios de
fadiga dinamico 8802TT foi desenvolvida pela empresa Instron [17], a qual tem
como atuador principal sistemas servo-hidraulicos, com opg¢des de capacidade
desde 2 kN até 100 kN em tragdo e compressao e desde 100 N.m até 1000 N.m na
torcdo. Estes sistemas utilizam um controle do tipo PID, otimizando seus
parametros de controle durante o ensaio a mudancas nas caracteristicas do corpo de

prova.
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Figura 1.2 Maquina Instron 8802TT para ensaios de fadiga multiaxial [17]

Outras maquinas desenvolvidas pela Instron para ensaios de fadiga multiaxial
sdo a série eletroPlus E10000, os sistemas cruciformes biaxiais planares 8800,
INSTRON 8874 e INSTRON 8850. Outro fabricante de maquinas de fadiga
multiaxial ¢ a MTS, que desenvolveu maquinas servo-hidraulicas tra¢do-torgao
série MTS-BIONIX [18], modelo MTS 809, MTS 858 e sistema de ensaio planar
biaxial [19].

Figura 1.3 Maquina MTS tragado tor¢do modelo 370.02 [19]
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No uso de maquinas para ensaios multiaxiais apresentaram-se trabalhos
orientados na area de fadiga na previsdo de vida, calculo do dano, propagagdo de
trinca, modelos de plasticidade incremental, dentre outros temas. Um trabalho com
maquinas multiaxiais foi desenvolvido para a previsdo de vida em componentes de
engenharia e estruturas com um alto grau de precisdo [20]. A vida a fadiga foi
determinada pelas sequéncias de tensdo-deformagdo nos locais criticos, as quais

foram calculadas para um carregamento ndo-proporcional ciclico arbitrario.

Outro trabalho [21] estuda, mediante simulacdo, a evolugao ¢ a redistribuicao
ciclica da tensdo-deformacdo, e a avaliacdo dos parametros de fadiga adequados
para estimar a vida sobre carregamentos multiaxiais. Foi verificado
experimentalmente, através de uma série de testes de fadiga de baixo ciclo biaxial
composto da tracdo-compressdo, tor¢do estatica e ciclica, realizados em uma

maquina de ensaio biaxial servo-hidraulico (Instron 8800).

Em relacdo as maquinas de ensaios de fadiga, a maioria dos sistemas envolve
sistemas hidraulicos. O uso de atuadores elétricos, como dos motores de corrente
continua (DC) ¢ vantajoso pela reducao de custos e dimensdes da maquina, ao
dispensar um pressurizador hidraulico. O controle de sistemas elétricos, como dos
motores DC apresenta muitos trabalhos de pesquisa aplicados, como atuadores
industriais que desempenham tarefas nas quais sdo necessarias forcas e torques
relativamente altos. O esquema de controle muitas vezes utiliza sinais medidos
localmente, ndo requerendo a computacdo da dindmica nao-linear dos sistemas

eletromecanicos.

Os atuadores de corrente continua (DC) estdo entre os mais utilizados no
controle de velocidade em aplicagdes industriais (maquinas ferramentas, sistemas
flexiveis de produgdo, roboética, etc.), ¢ frequentemente sdo substituidos por
atuadores de corrente alternada (AC), a fim de evitar o problema associado a
manutengdo mecanica dos comutadores [22]. Por outro lado, os atuadores AC
requerem uma estratégia de controle muito mais complexa para obter um alto
desempenho estatico e dindmico. No entanto, a modelagem baseada no campo
orientado permite modelar a dinamica de um atuador AC de modo quase similar ao

de um atuador DC. Consequentemente, algumas das estratégias de controle de
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posicao robusta desenvolvidas para atuadores DC podem ser utilizadas no controle

de atuadores AC.

Outro trabalho [23] apresentou um esquema de controle baseado na
metodologia de perturbagdes singulares e técnicas tipo sliding (deslizamento)
aplicados a um motor de passo. A estratégia projetada permite o controle da
velocidade angular ¢ a posi¢do do motor para o seguimento de uma determinada
trajetoria de referéncia, e baseia-se na reconstrug@o do sinal medido diretamente da

corrente e tensdo elétrica do estator.

Um modelo de controle de seguimento de posi¢do por campo orientado foi
desenvolvido para um motor de inducdo com incertezas nos parametros e
perturbagdes no torque. No projeto do controlador foram utilizados um sistema
fuzzy para aproximar as ndo-linearidades e uma técnica adaptativa backstepping
[24]. Assim, um controlador Fuzzy adaptativo permite a convergéncia do erro a
uma pequena vizinhanga da origem e, comparado ao controle backstepping

convencional, apresenta uma estrutura muito mais simples.

1.5.
Conteldo da tese

O contetdo desta tese encontra-se organizado da seguinte forma. No capitulo
dois, apresenta-se a revisdo bibliografica da formulagdo utilizada no estudo de
plasticidade incremental e alguns modelos de plasticidade incremental de interesse
para a pesquisa, tais como modelos de ratcheting uniaxial e multiaxial ¢ modelos
de encruamento cinematico, isotropico ¢ ndo proporcional. No capitulo trés,
descreve-se a implementacdo do simulador para os modelos de plasticidade
incremental. No capitulo quatro apresenta-se o projeto, a analise da integridade
estrutural, a construcdo e a modelagem da maquina tragdo-tor¢ao. O capitulo cinco
trata do projeto e desenvolvimento da célula de carga e torque e calibragdo dos
transdutores. Apresenta também o desenvolvimento do sistema experimental da
maquina tragdo-torgao, e as conexdes elétricas do sistema de controle. No capitulo
seis estudam-se as técnicas de controle implementadas na maquina trag¢do torgdo,

tais como controle sliding e controle PID dliding. No capitulo sete, apresentam-se
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os resultados experimentais da maquina tragdo-tor¢do com as técnicas de controle
estudadas no capitulo cinco. Além disso, apresentam-se os resultados experimentais
dos modelos de plasticidade incremental estudados no capitulo dois. E, finalmente,
no capitulo oito, encontram-se as conclusdes e as sugestdes para trabalhos futuros

na continuacdo desta tese.
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2
Fundamentos de Plasticidade Incremental

2.1.
Introducéao

Na maioria das aplicagdes na engenharia é conhecida a historia de tensdes ou
deformagdes, mas ndo ambas. Geralmente para projetar um componente novo, a
historia de tensdes € calculada, ou estimada a partir das cargas de projeto (medidas
ou especificadas). Entretanto, em componentes que ja existem s6 podem ser
medidas as deformagdes mediante a avalia¢do da integridade estrutural (utilizando
strain gage ou rosetas). Mas os melhores modelos para determinar o dano a fadiga
multiaxial requerem o conhecimento de ambas: a historia de tensdes e suas
correspondentes deformagdes, para assim quantificar o pardmetro de dano

associado.

Nos corpos de prova submetidos a histérias ndo proporcionais, o fendmeno
de encruamento ndo proporcional tem um papel importante na previsdo da vida a
fadiga. Na literatura sdo apresentados diversos modelos que relacionam tensoes e
deformagdes tentando modelar este fenomeno para historias proporcionais, mas
nenhum deles aplica-se ao caso ndo proporcional (NP). Uma solugdo geral para este
problema pode ser a utilizagdo de um modelo complexo de plasticidade

incremental, que normalmente requer a modelagem global da pega.

2.2.
Algoritmos de plasticidade incremental

Para historias na zona linear elastica ¢ muito facil correlacionar a tensdo com
a deformacdo, através da Lei de Hooke. Entretanto, para historias elastoplasticas
proporcionais onde as diregdes principais sdo mantidas fixas, pode-se utilizar

alguns modelos de tensdo-deformacdo aproximados.

Contudo, para reproduzir corretamente os lacos de histerese tensdo-
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deformacdo sobre historias elastopldsticas ndo proporcionais, que dependem da
diregdo da carga, ¢ necessario utilizar modelos de plasticidade incremental para
correlacionar as variagdes infinitesimais de todas as componentes de tensdes com
as deformacgdes associadas e vice-versa. Estas equagdes sdo baseadas nas equagoes
da fungdo de escoamento (descreve a combinac¢do de tensdes que levam ao
escoamento), a regra de fluxo (descreve a relacdo entre tensdo ¢ deformacgdo
plastica) e a regra de encruamento (define a mudanga do encruamento com a
deformacdo plastica). A seguir mostram-se como as 12 componentes das tensdes
ou deformacdes podem ser representadas, projetadas em planos especificos e

combinadas em valores equivalentes.

2.2.1.
Tensor de tenséo e deformacgéo

Geralmente as tensdes e deformacdes sdo representadas pelo tensor 3 x 3 de

Cauchy [o;] € [g;;], com 9 elementos

Ox Ty Txz €x &y &z
[Gij] = Txy Gy TyZ ) lgij] = Exy Ey Syz (2 1)
Txz Tyz Oz €xz 8yZ €,

onde T; =T; e & =€, parai#].

A tensdo ou deformacao desviatoria ¢ definida pela diferenga entre a tensao
ou deformacdo e sua componente hidrostatica 6h = (Gx + Oy + Gz)/3 e € = (&x + €&y

+ €2)/3, que pode ser representada como um tensor 3 X 3 Cauchy [Si] e [ej]:

Sx Txy  Txz x &y &xz
[SIJ] = TXy Sy Tyz . [eij] = Sxy ey EyZ (22)
Txz Tyz S, €z &€yz €z

onde

Sy =0y =0 =(204, -0y —0,)/3, ey =¢&;—€, =(2e, —€y—¢,)/3

Sy =0y -0} =(20y -0, -0,)/3, ey =g, —g, =(2ey -, —¢,)/3

y
S,=06,-0y,=(20,-04,—-0y)/3, e¢,=¢,-¢,=(28,-€;,—€y)/3
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Se todas as tensdes cisalhantes forem zero, entdo X, y e z representam as
diregdes principais, ¢ o estado de tensdes principais oy — g, — g, pode ser
representado por um vetor [oy g, 0,]7. Ospontos de tensio desviatoria [S, Sy S Ak
descreve um plano nesta direcdo principal chamado plano desviatorio ou plano-m,
que consiste de um dos oito planos octaédricos. Qualquer plano paralelo ao plano-
7 € também chamado de plano desviatorio e a tensdo normal perpendicular ao plano
desviatorio ¢é associado com um vetor de tensdo hidrostatica [0n  0r  0r]T. Note
que a componente hidrostatica da tensdao e deformagdo desviatoria ¢ sempre zero,
uma vez que Sx + Sy + Sz=(0x + Oy +6z) —30oh=0eext+eyte:=(&x+ & + &) —
3.en = 0. Qualquer tensdo (ou deformacdo) pode-se decompor em duas
componentes, o desviatorio e a hidrostatica, e.g., [0x Oy 6z]T = [Sx Sy Sz]T + [On On
on]’. Estas componentes sdo ortogonais, ja que o produto escalar entre eles é zero

(Sx-ch+Sy-Gh+Sz-Gh:(Sx+Sy+Sz)-Gh:0).

Ilyushin [25] representou o tensor da tensdo e deformagdo como um vetor de
9 dimensdes (9D), evitando a necessidade de tratar operacdes tensoriais. Voigt e
Mandel [26] propuseram uma representacdo ainda melhor, considerando as
vantagens das simetrias Tij = Tji € €j = &ji (com 1 #J, €.g. Txy = Tyx, Txz = Tzx, Tyz = Tzy,
€xy = Eyx, Exz = € € €yz = €zy) para expressar as tensdes e deformagdes como um

vetor de 6 dimensdes (6D).

Ql
I

[0, oy 0, TyVZ T2 T, 2]
o=t & & Ty/VZ T NZ 1, NZ]
=S :[SX Sy S, TyV2 T2 tyzx/ﬂT
e=Tp=len o ¢ Ty /VZ T /VZ 1,042

G¢

w)

1l
|

€

1

Voigt-Mandel (2.3)

|
w)

onde vij = 2¢&jj (significa Yxy = €xy + €yx = 2&xy, Yxz = 2€xz € Yyz = 2€yz), € T representa
a transposta de um vetor. A notacdo 6D de Voigt-Mandel ¢ utilizada extensivamente
para representar as relagdes tensdo-deformacdo na mecanica dos sélidos, e para a

eficiéncia computacional em softwares numéricos de mecanica estrutural.

A transformacdo a partir da tensdo ou deformacdo 6D para suas partes
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desviatdrias na notagdo de Voigt-Mandel pode ser representada por uma matriz de
projecio de 6 X 6 Aep através de S=Agp 0 ¢ €= Agp - €, onde
[2/3 -1/3 -1/3 ]

-1/3 2/3 -1/3

0
0
-1/3 -1/3 2/3 0
1
0
0

Agp = (2.4)

0 0 0
0 0 0
0 0 0

S = O O OO
—_ o O o oo

Na notacdo Voigt-Mandel, € possivel representar a deformagao elastoplastica

€ em suas componentes eldstica e plastica, através de
E=¢, +§p (2.5)
— T
onde € = [exe €ye €20 Yxye /N2 Yxze /N2 Yyze /\/5] e
— T
& = [exp €yp €25 Yxyp /N2 Yxzp /N2 Yyzp /\/ﬂ

A lei de Hooke na forma vetorial é descrita por

_ _ -
S I -v v 0 0 0 GX
Eye ~v 1 v 0 0 0 Gy
s = z | lfv v 1 0 0 0| "Z_| o -1~
T nye/\/E "E|O0O 0 O 1+v 0 O rxy& =Eep 0 (2.6)
Vg /N2 0.0 0 0 v 0 ||¢ 2
/2 100 0 0 0 I+v] T A2
| Yyze 'V < | T2

onde Vv é o coeficiente eléstico de Poisson e Esp~! é a matriz 6 X 6 de Hooke.

Para deformagdes elastoplasticas, ¢ também possivel representar as
componentes elastica e plastica de sua parte desviatéria na notacdo de Voigt-

Mandel através de

=%, +¢ 2.7)

p
_ T
onde eez[exe €ye €ze y,%/ﬁ yxze/\/z yyze/\/z] e

€, T
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A partir das equagdes acima e segundo a lei de Hooke, relaciona-se a tensao
desviatéria 6D S com a componente de deformagdo elastica €, na notagdo de

Voigt-Mandel,
€.=S/2G 2.8)

onde G = E/[2-(1+V)].

Note que a deformacdo hidrostatica en ¢ sempre elastica para materiais
insensiveis a pressdo, que sdo definidos como materiais cujo escoamento ¢
independente de sua tensdo hidrostatica on (e.g. materiais que seguem o critério de
escoamento de Mises ou Tresca). Portanto, ela ndo pode causar deformacio

plastica, e pode-se relacionar Gn e €n utilizando a lei de Hooke:

Eex, =0x —V-(Oy +07)
Eey. =0y —Vv-(0x+0

+ Ve y ( X z) - h =&
Ee;, =6, —V-(Ox +0y) 3K 3K
3E-e, =30h - (1-2v)

2.9)

onde K= E/[3-(1-2v)] ¢ mddulo de compressao volumétrica do material, que mede

sua resisténcia a compressao uniforme.

Uma vez que €n ¢ sempre elastico puro (e.g. tem componente plastica zero)
para materiais insensiveis a pressdo, entdo a deformagao plastica €xp, €yp € €2p deve

ser igual a exp, €yp € €zp.

€x =€ — €y exp :8xp
ey =€y —€p =8y, =&y (2.10)
e, =€, &, € =Ezp

2.2.2.
Reducao de ordem do espaco de tenséo e deformacéo

Ao trabalhar com calculos de tensdo-deformacdo multiaxial, é uma boa ideia

trabalhar com um espago de tensdes ou deformagdes de dimensdo reduzida,
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economizando o esfor¢o computacional sem modificar os resultados. Trabalhando
no espaco desviatorio € possivel simplificar varias equagdes, e.g. a lei de Hooke
torna-se uma operagao escalar em vez de multiplicagdes com a matriz de rigidez ou

sua inversa.

Uma vez que Sx + Sy + Sz = 0, € possivel reduzir a dimensao da tensdo

desviatoria de 6D para 5D, definindo um vetor 5D

g' = §5D = [Sl SZ S3 S4 SS ]T [27]

O subespago euclidiano 5D (Ess) utilizado nesta tese para esta projegdo 5D é

definido por
s1[1-v2 -2 0 0 0] g"
s[0B2 B2 0o o o
S'=Sp={S|=[0 0 0 3/2 0 0 | =A-G
Sp=|S3 rxyﬁ (2.11)
S41 10 o0 0 0 3/2 0 NG
] 1o o 0 o o a2|l™
— > ) T}Z\/E
T L ]

onde A ¢ a matriz de projecdo do espago 6D de Voigt-Mandel dentro do subespago

5D de tensdo desviatoria adotado.

O espaco desviatério 5D definido acima S' tém trés propriedades

interessantes:

Primeiro: a norma do vetor S' ¢ igual a tensdo de Mises equivalente Owises,

|§| :|§9D|_ _TMises\/g'

= O =
2/3 2/3 MBS T H3

Segundo: O comprimento euclidiano no espaco Ess entre dois estados de

pois | S'|=

tensdo (pontos) g;; = [S1a, S2a, S3a, S4a, Ssa]T e §'B = [SiB, S28, S3B, S48, SsB]7,
associados respectivamente a SA ¢ Sg em 6D, é igual a gama de tensdo de Mises

AOMises entre esses estados de tensoes.
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1S4 -5 |= |Sg —Sa | :|§9D,B _§9D,A | = AGpfiges = A":Mise:s\/g
V273 V273 1968 V273

Terceiro: O lugar geométrico dos pontos que t€m o mesmo AGMises cOm

(2.12)

relacdo a um ponto S' no subespaco desviatorio Ess ¢ a superficie de uma

hiperesfera com centro em S' e raio AGMises.

Para uma historia de deformagdes, ¢ possivel representar a deformacao
desviatoria em um subespaco euclidiano 5D transformado Ese utilizando a mesma
matriz de transformagdo A utilizada para tensdes desviatorias, resultando em

deformagdes desviatorias de ordem reduzida.

E'EESD:[el e) €3 €4 es

€ €,—¢€ ey, —¢€ Y
onde e =¢ ——y—e—Z:%e ey =— z 3= y2 zJ3, e3z¥ 3,

Y

A deformagio desviatoria 5D e' no subespaco de deformagdo Ese também tem

propriedades muito semelhantes ao subespaco Ess.

Para historias constituidas apenas pela combinacdo da tensdo uniaxial ox € a
tor¢ao Txy (onde Oy = Gz = Txz = Tyz = 0), pode ser utilizado um subespago 2D para

representar a tensdo e deformac@o desviatoria:

Sop =[S) s3]T=[cX rxy\/ﬂT (2.14)
T
ep=le eslT{ex(lm %"yﬁ} (2.15)
—-Ve —Ve

X

2 2

X

onde §;=0,, S3=1T,,V3 ¢ ¢ =g, — =g, -(1+V) que, assumindo

que & =& =-V-€&, resulta em e =&y -(1+V) ee2=0.
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Tais simplificacdes sdo a maior vantagem da formulacdo de ordem reduzida

5D. Separando a deformacgdes desviatdrias em suas componentes eldstica e plastica,

temos

T
EZDeE(Hv)-[axe %@} (2.16)
T
E2Dp E% : {sxp YXT};} (2.17)

As transformagoes entre os espagos 6D e 5D s@o resumidas na Tabelas 1 e 2

Tabela 1. Transformacéo direta e inversa entre o espaco 6D e 5D, na forma matricial

Transformaca
0 A partir de 6D para 5D A partir de 5D para 6D
~ - — - o 2 T _' — rJ ~
Tensao S'=A-G=A-S SZEA S' = 6=S+0y
Deformagdo ) o, _ 5 5_A.5 c=2AT & = E-E+g,
elastoplastica 3
Deformacgio -, - — - 2.1 —, — —
elz’usticg Cel=A B = Arce e=3A e T Ee=cet ity
Deformacao ' A-E.—A-B €p =€p=3AT ep' (Jaque &,
lasti Cp =A-E= p 3
plastica

¢ elastica)

Tabela 2. Transformagéo direta e inversa entre o espaco 6D e 5D, na forma escalar

Transformaca
0 A partir de 6D para 5D A partir de 5D para 6D
S| =0y —(0y +6,)/2 Oy =Cp +51-2/3
Sy=(0, o3z | Oy =OnTSIAES
Tensao

S3 = Txy\/gﬁ S4 = sz\/g
SS = Tyz\/§

6,=0n-S,/3-S,/3
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e =8 —(ey +&;)/2 £, =€p+e;-2/3
ezz(ey—ez)«/glz ey:eh—e1/3+e2/\/§
Deform’ag:?lo &3 =7, 372 €, =¢€,—¢ /3-¢, /N3
elastoplastica y
e4:sz\/§/2 yxy=e3~2/x/§, yXZ=e4-2/\/§
e5=7y,3/2 Ty =¢5:2/\3
Cle =Exe ~(Bye t€2)/2 | g, =gy +ey,-2/3
e =(z—:ye—£-:Ze)\/§/2 eyezeh—ele/3+eze/\/§
Deforrn?ag:ﬁo S 32 €40 :eh—ele/3—e2e/x/§
elastica ©  TXye
Ce = YxzeN3 /2 Yaye =€36 2/ V3, T =e4e 2/43
ese=7yze‘/§/2 yy26=e56«2/\/§
€1p =exp—(eyp+ezp)/2 €xp =ey,2/3
eop =(€yy ~€,)) 312 | £y =—ey /3+ey, /N3
De;f;sl?i:;ﬁo &, =nyp.\/§/2 &, =—C1,/3-¢g, /N3
Cp =Yxzp V312 Yayp =€3p 2/ V3, Yagp =€4p-2/3
e5p = Vymy V3 /2 Yyzp = O5p -2/ 3
2.2.3.

Incremento de deformacgéao plastica equivalente e deformacéo

plastica total

Virias equagdes de plasticidade incremental utilizam a norma |dg,| do

incremento de deformagdo plastica dg,, que define a variagdo infinitesimal do

vetor de deformagdo plastica. Uma maneira de representar a norma através do

incremento de deformagdo plastica dp, uma quantidade escalar positiva que pode

ser definida como a variacdo absoluta da deformacdo efetiva plastica de Mises

8p,Mises :

Esta deformagédo ¢ dada por &pMises=|€p'/(110.5), assumindo coeficiente

de Poisson plastico 0.5. A partir das relagdes |€, || ¢, |=|€,'|-v2/3 entre as

representagdes da deformagdo 6D e 5D, pode-se expressar o dp como

2 _ 2 2. 2
8p,Mises:§'|ep'| = dp=§'|dep'|=\/;'|dep|:\/;'|dgp|

(2.18)
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A integral desse incremento positivo dp € definida como a deformagdo

plastica acumulada p, e expressada como

P=I<U?=§'Ild5p'l=\g'_[ld€pl=\E'Ildﬁpl (2.19)

Note que €pMises € p sdo quantidades diferentes, ja que €p,Mises pode oscilar

durante um ciclo de carga, enquanto p aumenta monotonicamente em qualquer

processo de deformacao plastica.

2.2.4.
Funcédo de escoamento e regra de fluxo

A fun¢do de escoamento ¢ uma equagdo no espago de tensdes G que descreve
a combinacdo das componentes de tensdo que causam escoamento. A funcdo de

escoamento mais utilizada € a baseada no critério de escoamento de Mises:

F=F, 26)2( +(5§, +c§ —0y0y —0x0, —0y0, +3-(17)2(y +T§Z +I§X) —rlz =0 (2.20)

onde I ¢ a tensdo de escoamento (seja monotonica 1, =S, ou ciclica r, =S,,_, ou

Yc
algum valor entre eles). A fungdo de escoamento assume que o material € isotropico

e insensivel a pressao hidrostatica.
Geometricamente, a fungdo de escoamento de Mises F = 0 descreve, em sua

representacdo em 2D no diagrama Gx - Gy, 0 contorno de uma elipse girada 45° a

partir do eixo x, vide Figura 2.1.
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Espaco de tensao 6D:

| @s" -n)-n

Superficie escoamento
de Mises F=0

Figura 2.1 A superficie de escoamento de Mises no plano

o, —Gy‘ com o vetor normal

e a regra de fluxo plastico

A regra de fluxo de Prandtl-Reuss descreve a relacdo entre um incremento
dG de tensdo, direcionado para fora da superficie de Mises, € o incremento de

deformagdo plastica correspondente:
_ 1 1 — —
dg, =E-(dGT~n)-n (2.21)

onde dG' 11 é o produto escalar de dG e N, C ¢é geralmente conhecido por modulo
de plasticidade, e N é o vetor unitario normal a superficie F = 0 e no estado atual

c

b

= oF/dG (2.2)
| OF/0G | '
onde |0F/0G | é a norma do gradiente de F,
T
OF | OF JF JF oF oF oF (2.23)
dJG a(5x a(5y aGz aTXy\/E aTXZ\/E aTyz\/E

O modulo de plasticidade generalizado C pode ser obtido para o caso uniaxial

utilizando a equagdo de Ramberg-Osgood,

5 o 1-1/h,
C=%.h H, (—XJ (2.24)
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onde hC e H, sdo o expoente e coeficiente de encruamento ciclico.

2.2.5.
Regra do fluxo plastico no espaco desviatério 5D

E possivel representar a fungdo de escoamento de Mises, a regra de fluxo

plastico e a lei de Hooke com relagdo aos vetores S'=S,, e deformagdo €'=7¢,

5D, em vez de utilizar vetores 6D G, €, S ou € de Voigt-Mandel, com ajuda da
matriz de transformagdo A. No espaco desviatorio 5D, demonstrou-se que a lei de

Hooke torna-se simplesmente.
e'=S"/2G = de.'=dS'/2G (2.25)
A partir das relagdes e.'=A-e., €,'=A-¢e, € EPZEP, tem-se que os
incrementos de deformacdo elastico e plastico sdo deg'=A-(de. —dey) e
dEp ! :A'dEp. No espago desviatorio 5D, a fun¢do de escoamento ¢ ainda mais
simplificada, para

F:[Slz +8,2 +832 +8,2 +852}—1‘12:|§' 2-n2=0 (2.26)

onde, |S'| ¢é a norma do vetor de tensdo desviatoria 5D de ordem reduzida. A
superficie de escoamento ¢ ento a hiperesfera com raio r1 (e ndo 5;.7/2/3, como
na representagio 6D) em tal subespago desviatorio, que concorda com | S |=Opies

, onde Opjigses € a tensdo equivalente de Mises e I} ¢ a resisténcia ao escoamento

atual. Quando ¢ representado num diagrama 2D S1-Sz, assumindo Sz =S4 =S5 =0,

a superficie resultante na fronteira ¢ descrita por um circulo (vide Figura 2.2).
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Espaco de tensao deviatorico 6D: Espaco de tensao deviatorico SD:
Sy
@sh

r1\}2f3

Superficie
de escoamento
de MisesF=0

Figura 2.2 Superficie de escoamento de Mises no espago de tenséo desviatorio 6D e 5D,

onde ilustra-se o vetor normal n e a regra de fluxo

A regra de fluxo plastico no subespaco 5D resulta em

de, ' = ~(d§'T~H')~H' (2.27)

1
C

e o incremento de deformacao plastica 6D pode ser calculado a partir de

d, =§ATdEp'=§- (dsT)-AT -ﬁ'zé-\E-(d@T-ﬁ')-ﬁ (2.28)

1

C
~ i . R . ol =

Note que a equacdo de fluxo plastico acima é somente valida se dS'" -1n'>0

ou seja, se o estado de tensdo atual S' esta sobre a superficie de escoamento e seu

incremento dS' é na diregdo exterior de F =0, caso contrario o incremento ¢ elastico

(5] dgp:dgp':().

2.2.5.1.
Problema direto em 5D (dada uma histéria de tensdes)

Se S esta sobre a superficie de escoamento e sua variagdo dS' é na diregdo

para forade F =0 (e.g. as'T.a'> 0), entdo o incremento de deformacdo d€ pode
ser calculado utilizado a formulagdo 5D:
o dS" 1, =T
= de'=de,"+de,'=——+—(dS' -n")-n’ 2.29
} e TdC G C( ) (2.29)

S'=A(6-5)
dS'=A-(do—doy)
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O incremento de deformagdo no espago 5D ¢é convertido no incremento de

deformagdo d€ em 6D utilizando

- _ - 2.7 (4=, =, dop
de = de, +de, +dg, :EA -(dee '+ dg, )+W (2.30)
resultando em
— 2.7 ds' 1 =T —p — doy,
de=—A" | —+—(dS'" ‘n")n' |[+—— 2.31
3 (ZG c' ) J 3K 231

Por outro lado, se S' ndo esta sobre a superficie de escoamento ou seu

incremento dS' nio é na diregdo para fora de F = 0 (e.g. asTa'< 0), entao o

incremento de tensdo ¢ puramente elastico, resultando em d€ =de, +dg, .

2.25.2.
Condicao de consisténcia

A condicao de consisténcia ¢ uma equacdo que garante que o novo estado de
tensdes S'+dS' durante o processo de deformacdo plastica ird cair sobre a

superficie de escoamento ri, cuja equacao no espago 5D Ess é:
FS-a'f-r2=G@"-a) - (S-a"-r’ =0 (2.32)

onde O' ¢ o vetor de translacdo da superficie de escoamento, que permite
determinar o centro da superficie de escoamento no espago de tensdo 5D. A
condicdo de deformacgédo elastica é associada com F < 0 (dentro da superficie de
escoamento). Entretanto, para a condi¢do de deformacdo plastica, sempre deve ser

valido F =0 e dF =0, resultando em:
dF=2.dS'T.S-a")-2-da'T-(S'-a')-2-dr =0 (2.33)

Sempre que S' esta sobre a superficie de escoamento, o comprimento radial

|S'-a'|=|S'- §C1 '| éigual a seu raio r1 e o vetor normal n' pode ser determinado
através de n'=(S'-a')/|S'-a'|=(S"-a")/ ;. A condigdo de consisténcia €

obtida dividindo a equagao (2.33) por 2- 1.

dST.a'=da'T-a'+dr /1 (2.34)

43



Na condigdo de consisténcia, o termo dri/r1 leva em conta a variacdo do raio da
superficie de escoamento, mudando gradualmente devido aos efeitos de

encruamento isotrépico ou ndo proporcional.

2.3.
Modelos de plasticidade incremental

Na presenca de plasticidade ciclica, o material pode experimentar uma série de
mudangas e seu comportamento tensao-deformagao, que pode ser representada num
diagrama de tensdo através da mudanca de sua superficie de escoamento, e.g.

Considerando-se uma historia tragao-tor¢ao aplicada ao material, o comportamento

de sua superficie de escoamento pode ser descrito no diagrama G, xrxy.\/g

. , . _ _ 2 2
mediante um circulo de raio 1, = O\ =4/0, +(Txy\/§) .

A seguir apresentam-se alguns dos modelos de plasticidade incremental que
se baseiam em fendmenos observados durante carregamentos ciclicos multiaxiais.
Todos esses modelos s3o frequentemente complexos e incluem numerosas

constantes do material, que deverdo ser determinadas mediante ensaios.

2.3.1.
Encruamento cinematico

O efeito Bauschinger observado sobre carregamento ciclico é a mudanga no
valor absoluto do oposto da tensdo de escoamento, apds deformacao plastica. Em
outras palavras, carregar um corpo de prova acima de seu limite de escoamento num

sentido reduz (em valor absoluto) a tensdo de escoamento na direcdo oposta.

Na Figura 2.3 mostra-se o efeito Bauschinger para uma historia uniaxial

representada no diagrama o, x”cxy.\/g , onde a superficie de escoamento

Oyiees =S,  translada-se sem nenhuma mudanga na forma ou raio 1. Se o centro

Mises

da superficie de escoamento ¢é transladado na dire¢cdo X no espago de tensdo por
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(O —S,), entdo a superficie resultante serd intersectada com o eixo X na nova
tensdo de escoamento a tragdo (GX =S, +8, ) =0_ enanova tensdo de escoamento

compressivo (GX—Sy—Sy):(GX—2Sy). Dado que este fendmeno envolve

somente a translagdo cinematica da superficie de escoamento, ¢ chamando de
encruamento cinematico.
o
X
TyyV3

Omaxt------- o Superficie |™XY "~ Superficie
Svt-£~----- i B Inicial transladada

Gmax_2 SY

/

Figura 2.3 Encruamento cinematico

O novo centro da superficie de escoamento € representada pelo vetor o, e
comumente ¢ chamado de vetor de translacdo da superficie de escoamento,
responsavel por armazenar a memoria plastica. Na Figura 2.3, a resisténcia a tragao

no primeiro ciclo translada o centro da superficie de escoamento a partir de seu

valor inicial o.=[0 0]' para (x:[O'X -S, OT

2.3.2.
Encruamento isotrépico

O encruamento isotropico resulta a partir da mudanca na microestrutura nos
estados iniciais do carregamento ciclico, aumentando ou diminuindo sua resisténcia
contra a deformacdo plastica do material. Geralmente, os materiais submetidos a
deformacdo plastica ciclica uniaxial tendem a endurecer ou amolecer, isto devido
as interagdes entre os deslocamentos até sua estabilizacdo, apds alguns ciclos (entre
5 e 50 ciclos nos metais), e.g. Metais recozidos tendem a deformar e a endurecer
ciclicamente, devido a sua baixa resisténcia ao escoamento e, por outro lado, os

acos temperados tendem a amolecer ciclicamente. Durante o processo de

estabilizacdo, o raio da superficie de escoamento muda gradualmente a partir de Sy
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para Syc (vide Figura 2.4). Uma vez que a superficie de escoamento se expande ou

se contrai uniformemente em todas as diregOes, chama-se a este fendmeno de

encruamento isotropico.

Superficie
______________ encruado

7 0%  —Sy Sv.

—Sy
_SYc

Figura 2.4 Encruamento isotrépico para um material que encrua

Observa-se que o encruamento isotropico causa incremento gradual na
amplitude de sua tensdo até sua estabilizacao, enquanto o amolecimento isotrdpico
causa sua diminuigdo. Esta transi¢do gradual da superficie de escoamento, pode ser
modelada por uma mudanga gradual do expoente e do coeficiente monotonico de
Ramberg-Osgood (H,h) para seus valores ciclicos (He , he). Para simplificar a
equagao da transi¢ao associada, recomenda-se ajustar a equagdo de Ramberg-
Osgood para uma curva monotonica tensdo-deformacdo com parametros (Hm , hc),
utilizando-se o mesmo expoente he da curva ciclica e o coeficiente de encruamento

monotonico equivalente Hm.

2.3.3.
Encruamento n&o-proporcional

Alguns materiais submetidos aos carregamentos ciclicos multiaxial nao-
proporcionais (NP) podem endurecer por deformacao muito mais do que o esperado
a partir da curva ciclica oxe uniaxial. Este fendmeno ¢ chamado de encruamento
ndo-proporcional, encruamento cruzado, ou encruamento adicional, que depende
da histéria do carregamento através do fator ndo proporcional Fxp (0 <Fnp < 1), €
do material através do coeficiente de encruamento onp (tipicamente 0 < one < 1).

O encruamento NP pode ser modelado utilizando o coeficiente de encruamento He

46



e o expoente he da equagao ciclica uniaxial de Ramberg-Osgood, assumindo-se que
he ndo varia, enquanto o coeficiente de encruamento Hc ¢é incrementado

gradualmente até o coeficiente de encruamento NP:

Hnp =H¢.(I1+onp.Fnp) (2.35)

onde Hc € o coeficiente de encruamento ciclico uniaxial de Ramberg-Osgood.

Na Figura 2.5, comparam-se os lagos de histerese produzidos por uma historia
NP tragdo-tor¢do fora de fase e uma histoéria proporcional, ambas com a mesma
amplitude de deformag@o normal Ae/2=0.4%[6]. Na historia NP, o raio da

superficie de escoamento aumenta gradualmente a partir de um valor de resisténcia

ao escoamento entre % e % devido ao encruamento isotropico, até sua resisténcia

ao escoamento com encruamento NP %,,\p

G Carregamento NP 600{G (MPa)

,E=Q+[ 0] Tr”hf Historia NP |
- E Hew He[1+ axplypl
(Fxp & Oyp>0)

Carregamento %/
proporcional 7

E(I%)

-04 01
£-0 (o /P V
" E |H
a Historia
H‘—'w:HL‘(]"'U-w'FNP) F'Ir-lnp?rcinna\}l
¢ (Fp=0

8, -6004

Figura 2.5 Efeito da carga ciclica NP sobre o encruamento NP, e lagos de histerese

proporcional e NP causado pela mesma gama A& num aco AISI 304

Quando o encruamento NP ¢ significativo, as historias NP podem causar vida
a fadiga muito mais curtas que as produzidas por histérias proporcionais com a
mesma gama de deformacdo A€, sempre que o encruamento NP aumenta sua

correspondente gama de tensdo AG . Portanto, calculos baseados no controle de
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deformagao em historias NP, como os encontrados em corpos de prova €N, ou em
entalhes muito afiados, deveriam levar em consideracdo o efeito de encruamento
NP para evitar previsdes ndo conservadoras. Entretanto, a vida a fadiga para
histérias NP sobre controle de tensao (caso mais comum na pratica) pode ser maior
que para o carregamento proporcional com a mesma gama de tensdo AG , ja que
para atingir a gama de tensdo AG ¢ necessario uma menor gama de deformagao
A€ devido ao encruamento NP. A vida a fadiga associada as historias NP sobre o
controle da deformagao (vide Figura 2.5) podem ser ordens de grandeza menores
que as associadas as historias proporcionais, mesmo se ambas as historias t€m a

mesma gama de deformagdo normal Ae/2=0.4%.

O coeficiente de encruamento anpe € um parametro que reflete a sensibilidade
do material as historias nao-proporcionais (vide Tabela 3). Estas, a temperatura
ambiente, sdo geralmente altas nos acos inoxidaveis (op = 1 para o a¢o inox-316),
menor em agos carbonos (oe = 0.3 para o ago 1045) e muito baixas nas ligas de

aluminio (owe = 0 para o Al 7075).

Tabela 3. Coeficiente de Encruamento NP.

Material Ohp

Aco Inox-316 1.0
Aco Inox-304| 0.5-1.0
Aco Inox-316

(550°C) 0.37
OFHC cobre 0.3
Aco 1045 0.3
Aco Inox-304 0.3
(650°C) )
Inconel 718 0.2
Al 6061-T6 0.2

Aco 42 CrMo 0.15
Ac¢o 1% Cr Mo-V 0.14

Enl5R 0.14
Al 7075 0.0
Al1100 0.0

O encruamento ndo proporcional ndo depende s6 do material através de ainp,

mas também da trajetoria do carregamento, através do fator NP Fyp . As historias
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proporcionais ndo levam ao encruamento nao-proporcional resultando em FNP =0.
O maior efeito de encruamento NP ocorre quando Fp =1, e.g. para uma historia
de carregamento tragao-tor¢cao 90° fora de fase, que gera um circulo no diagrama de
tensdo de Mises ©, X ’cxy\/g ou deformagdo € x7y/ V3. Na Figura 2.6

apresentam-se o fator NP para trés trajetorias de deformacao.

Ay Ay
\.5 \3
€
FNP:()
(a) (b)

Figura 2.6 Fator ndo proporcional para 3 tipos de carregamentos (a) proporcional, (b) 90°

fora de fase e (c) genérico.

Para determinar o fator ndo proporcional Fne desenha-se uma elipse que
circunscreve a trajetoria inteira da historia, ¢ Fnp se da em fungdo da razdo de
aspecto da elipse, Fnp = b/a. Na Figura 2.6, a trajetoria proporcional a 90° fora de
fase, define os dois valores as extremidades Fne = 0 e Fxp = 1, respectivamente. E

para a trajetoria genérica, determina-se Fne = 0,3.

2.3.4.
Fluéncia ciclica ou Ratcheting

Ratcheting, também conhecido como fluéncia ciclica, é a acumulagdo de
qualquer componente de deformacdo plastica com o incremento do nimero de
ciclos. Tal incremento de deformagdo constante em uma certa direcdo pode
influenciar a vida a fadiga de partes mecanicas devido ao esgotamento prematuro
da ductilidade do material, muito mais rapido do que a vida de iniciacdo a fadiga.
Geralmente, a fluéncia ciclica estd associada a tensdo média da historia do
carregamento uniaxial ou multiaxial, ja que qualquer historia de carregamento

desequilibrado pode provoca-la. Existem dois tipos de ratcheting: uniaxial e

49



multiaxial. O primeiro ¢ causado por uma historia uniaxial (ou proporcional)
desequilibrada, e o segundo causado por uma historia NP multiaxial desequilibrada,

ambas sobre controle de tensao.

2.34.1.
Ratcheting uniaxial

A fluéncia ciclica uniaxial é o acimulo de deformac¢do na direcdo da tensdo
média diferente de zero, devido a uma histéria uniaxial desequilibrada. Este
fendmeno ¢ resultado da diferenca no comportamento ndo linear do material em
tragdo e compressdo (anisotropia entre tragdo e compressdo). O comportamento de
ratcheting uniaxial para um carregamento uniaxial ciclico desequilibrado é um lago
elastoplastico que nao fecha, que faz com que o material acumule deformacdo a

cada ciclo.

Considere a historia de carregamento uniaxial apresentado na Figura 2.7, com
varia¢do da tens@o entre Gmax (Omax > Syc) € —Sye. Para facilitar, considera-se um
material com comportamento tensdo-deformacdo bi-linear e sem nenhuma
transicdo de encruamento isotropico. A deformacao plastica ao longo da trajetoria
AB ¢ maior que em CD, mesmo que ambas as trajetorias possuam a mesma variagao
de tensdo. Este comportamento assimétrico (ndo Masing) provoca uma inclinagdo
da trajetoria da tensdo AB menor que a inclinacdo da trajetoria de compressao CD,
0 que resulta num incremento de deformagao plastica apds cada lago. Nota-se que
este aumento de deformacao plastica ndo pode ser explicado pelo amolecimento
isotropico, pois as trajetérias AB, A’B’ e A’’B’’ sdo paralelas, com um
comportamento isotropico estabilizado. Da mesma forma, as trajetérias CD, C’D’
e C’D” sdo também paralelas, embora ndo sejam paralelas a AB, devido ao

comportamento nao-Masing.
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Gmax_z SYc
_SYc

Figura 2.7 Ratcheting uniaxial para um material submetido a uma histéria de tensdes

desequilibrada entre omax > Svc € —Sye.

Na Figura 2.7, a deformagdo de ratcheting &:i pode ser calculada apds o
primeiro ciclo como &1 = (€8 + €p)/2, apds o segundo ciclo como €2 = (€8’ + €p’°)/2,
e assim por diante. A taxa de ratcheting por ciclo de/dN ¢ calculada pela diferenca
entre as deformagdes de ratcheting de ciclos consecutivos de/dN = (&ri+1 — &i). A
taxa de ratcheting incrementa-se com a gama de tensao e a tensao média, no entanto
¢ muito mais sensivel a tensdo média. Geralmente, a taxa de ratcheting varia com
o numero de ciclos, mesmo para os carregamentos de amplitude constante. Para
historias com grandes amplitudes de tensdo, a taxa de/dN tende a aumentar a cada
ciclo, até que o componente falha devido ao esgotamento da ductilidade do material
(vide Figura 2.8(a)). Entretanto, para histérias com baixas amplitudes de
deformagdes, a taxa tende a diminuir até atingir o estado estacionario com

de/dN = 0 e o lago de histerese estavel fechar completamente (vide Figura 2.8 (b)).

Gmax ““““““““““““““ -
ruptura Omax

8X 8X

estavel

O min|
(a) (b)

Figura 2.8 Ratcheting uniaxial para um material submetido a uma histéria de tensdes

Gmin B
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desequilibradas com (a) alta e (b) baixa amplitude de deformacéao

2.34.2.
Ratcheting multiaxial

A fluéncia ciclica multiaxial ¢ o acumulo de deformagédo plastica ao longo de
uma determinada dire¢do, devido a uma histéria de carregamento multiaxial
desequilibrada. Na Figura 2.9 apresenta-se um eixo submetido a uma historia de

torgdo ciclica elastoplastica com amplitude Ta combinada com uma tragdo axial

constante Om. Inicialmente, a trajetoria uniaxial OO’ provoca uma deformagao
elastica na dire¢do normal até atingir 6m. Sempre que a trajetoria O’ Ao esta dentro
da superficie de escoamento, causa uma deformacdo cisalhante elastica, sem
nenhuma componente axial. Apds o estado de tensdo atingir a superficie de
escoamento no ponto Ao, a superficie de escoamento inicia seu deslocamento para

o ponto A, gerando deformacdo plastica.

Na maioria dos materiais, tal deformagao plastica ocorre ao longo da dire¢ao

normal n, a superficie de escoamento, conhecido como condi¢do de normalidade.
Sempre que o vetor normal n, na Figura 2.9 (a) ndo for vertical, a deformacdo

plastica ao longo da trajetoria AoA ndo so ird atingir um nivel de deformacao
cisalhante elastoplastico Y., mas também provocard o incremento de deformagao

puramente plastico na tra¢do (ratcheting incremental).
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Figura 2.9 Ratcheting multiaxial na diregdo axial do diagrama €x X yxy/\/3 devido a uma

histéria de torgéo ciclica com amplitude Ta e tens&o axial Gm constante.

A trajetoria AoA provoca a translacdo da superficie de escoamento até seu
centro atingir a posicdo (0, 03), como se mostra na Figura 2.9 (b), onde o3 ¢ a
componente de translagdo torsional. Logo, descarrega-se elasticamente o
componente de cisalhamento ao longo da trajetéria AB1, até atingir o estado de

tensoes da superficie deslocada em B1, associando-o com o vetor normal nj. Entdo,

a superficie de escoamento inicia sua translacdo para o ponto B, provocando a
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deformagdo plastica em ambas componentes de cisalhamento e axial. Na Figura
2.12 (c) mostra-se o processo continuo de ratcheting multiaxial com uma taxa de

ratcheting constante.

Outro problema tipico de ratcheting pode ocorrer se o eixo ¢ submetido a uma
tens@o compressao ciclica, com uma componente de cisalhamento estatica. Este
célculo de ratcheting multiaxial ¢ muito semelhante ao do exemplo anterior, exceto
no deslocamento da superficie de escoamento, que se d4 na direcdo axial e o
ratcheting resultante ocorre na dire¢do cisalhante, como se apresenta na Figura

2.10.

Figura 2.10 Ratcheting multiaxial no diagrama €x X yxy/\/3 devido a uma histéria

de tracéo-compresséo ciclica com amplitude G, e tenséo cisalhante constante T, .

No proximo capitulo, apresenta-se a formulacdo e implementagdo de um
simulador de plasticidade incremental, que permite reproduzir o comportamento

dos modelos de plasticidade incremental apresentados.
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3
Simulador de Plasticidade Incremental

3.1. Introducéo

Neste capitulo apresenta-se a formulacdo de um simulador de modelos de
plasticidade incremental, implementando-o no software Matlab. Este simulador
permite reproduzir o comportamento de alguns modelos de plasticidade
incremental, tais como fluéncia ciclica uniaxial e multiaxial, encruamento
isotrdpico e ndo proporcional. O método de integragdo utilizado neste trabalho para

resolver as equagoes diferencial € o método de Euler.

3.2.
Encruamento isotrépico incremental

O encruamento isotrdpico caracteriza-se pela expansdao / contragdo da
superficie de escoamento devido ao encruamento ou amolecimento. Este
comportamento de transi¢do pode ser modelado através da evolugdo do raio da

superficie de escoamento 1, a partir da tensdo de escoamento monotonico S,
(medido no ensaio de tragdo) até seu valor ciclico S,.. A maioria dos modelos de

encruamento isotropico assume que esta transicdo evolui como uma funcdo dos

incrementos de deformagdo plastica equivalente dp.

3.2.1.
Encruamento isotrépico baseado em deformacé&o plana

A equagdo de evolucdo do raio da superficie de escoamento r1 € descrito por
dr, =(Syc—1,).be.d p (3.1)

onde dp=|dep'|-2/3=dep|~2/3=dg, |+2/3 é o incremento de deformacio

plastica equivalente e be a taxa de encruamento isotropico. Apos sua integracdo e

para a condi¢do inicial r1 = Sy, esta equa¢ao resulta em:
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r1=Sye +(Sy —Syc)-¢ ¢ (32)

onde p € a deformagéo plastica acumulada, e calculada em sua formulag¢do continua

ou discreta como
p=[ap=3 ap=1 Y 4%

=\/§-Z|A€p|=\/§'Z|A§p|

(3.3)

O encruamento isotropico afeta ndo s6 a resisténcia do escoamento, mas
também a forma inteira da curva tensdo-deformag@o. Assume-se que as curvas
tensdo-deformacdo ciclica e monotonica podem ser modeladas pela equagdo de
Ramberg-Osgood utilizando-se os coeficientes de encruamento Hm ¢ He,
respectivamente, mas com o mesmo expoente he. Portanto, para calcular o efeito do
encruamento isotropico sobre a curva tensao-deformacao, basta calcular a evolugdo
do coeficiente encruamento atual de Ramberg-Osgood H(p), a partir do
monotonico H(p = 0) = Hm, até o estabilizado ciclicamente H(p — o0) = H,

mantendo-se he constante. Geralmente o niimero de ciclos envolvidos na transi¢ao
do encruamento isotropico ¢ pequeno comparado com a tipica vida a fadiga. O uso
de hc (ao vez de h) na descri¢do da curva monotonica ndo compromete a precisao

das previsoes da vida.

Geralmente, a resisténcia ao escoamento ¢ definida para uma deformagao

plastica de 0.2%. Portanto, S, =H,,.0,002" , S,.=H,.0,002" ¢ r; = H(p)-0.002"
, obtém-se dH(p)-0.002" =[H, - H(p)]-0.002 -b.-dp e H(p) 0.002" =

Hy, -0.002% +(He —Hp)-0.002% .(1—e™® 7). Cancelando o termo 0,002"

obtém-se equagio da evolugdo para H(p) baseado na lei de Voce.

dH(p)=[Hc - H(p)]-bc -dp (3:4)

H(p)=Hm +(He —Hp)-(1—-¢ % F) (3.5)
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3.3.
Encruamento N&o Proporcional Incremental

3.3.1.
Modelo Generalizado de Tanaka

O modelo de encruamento NP de Tanaka [49] faz uso do tensor de polarizagao
Cr que armazena o valor absoluto da deformacgao plastica acumulada e sua diregdo
para uma historia de carregamentos, através dos valores e dos vetores proprios de
Cr, respectivamente. Estes vetores e valores proprios influenciam o valor do

pardmetro ndo proporcional At (0 < Ar < 1), que ¢ definido como

—2
__|Cr-n'|

A= 1|1 T
tr(Ct -Cr)

, onde dCT=(ﬁ'-H'T—CT)-bT~dp. A evolugdo ndo

proporcional do raio da superficie de escoamento r, a partir da resisténcia ao

escoamento ciclicamente estabilizado Sy. até ao valor desejado pode ser descrita

por uma equacdo muito semelhante a adotada pela evolugdo isotropica,
Syt =Syec. [l +oNp.(FNPt + FNPm )] 3.6)
dr=(Syt—1)-bnp -dp (3.7)

onde bnp € a taxa de encruamento NP, Fnpt € o valor final do fator de NP (que pode
variar a cada ciclo, em especial para as historias ndo-periodicas), e Fnpem € um fator
de memoria que armazena o encruamento permanente causado pela historia plastica

anterior.

Assumindo que a solu¢@o da equacdo de evolucdo descreve-se por
r;=Syc.[1+anp-Fnp(P) ] (3.8)
ao substituir-se a equacdo (3.6) e (3.7) na (3.8) tem-se que
dry =[Syc.0Np .(FNPt + FNPm) —Syc.onp -Fnp () ].bnp .dp (3.9)

Cancelando-se o produto Syc-0np, obtém-se que a equagdo da evolugao do fator

NP transiente Fxe(p) €

dFnp (p) =[Fnpt + Fnpm —FNp(p) ].bnp.dp (3.10)

onde Fnpt € o fator NP final e Fnem € 0 fator NP de memoria.
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A generalizagdo do modelo de Tanaka assume que o valor final do fator
transiente NP Fne(p) € igual a Fnpy :(AT\/E)BT , ja que o parametro ndo

proporcional At é igual a zero em historias proporcionais e tende a 1/N2 para as
trajetorias circulares para deformagdo plastica. Portanto, o fator de NP desejado
tende corretamente para os casos limites Fxet = 0 € Fnee = 1, independente do valor

ajustado para o expoente [, tornando o fator NP Fxe(p) correto para os valores

desejados 0 e 1, respectivamente. Na presente tese, trabalha-se com historias reais
90° fora de fase, que resultam em Fnpt = 1. Além disso, neste trabalho ndo sdo
levados em consideragdo os efeitos da historia prévia sobre o encruamento ciclico,

portanto se considera o fator NP de memoria Fxem = 0.

O encruamento isotropico ¢ NP podem ser expressos num unico modelo
combinando as Equacdes 3.6 e 3.8. Seus efeitos serdo considerados independentes

entre si, dado que o raio da superficie de escoamento evolui segundo.

r1=Sye-ll+onp-Fxp(P)1+(Sy ~Sye)e P (3.11)

Evolug:?lo NP Evolug:éovisotrépica

Considerando-se SY:Hm‘0,002h°, SYC:HC-O,OOZhC e cancelando o termo

0,002hc , resulta-se na equacdo que descreve a evolu¢do do coeficiente de

Ramberg-Osgood transiente:

J

H(p) = He.[1+0onp Fxp(p)]+(Hp —He)e 2P (3.12)

Evolugvao NP evolugdo Visotr(’)pica

3.4.
Modelo de encruamento cinematico multiplas-superficies

O modelo de encruamento cinematico baseado no efeito de Bauschinger pode
ser modelado no espaco de tensdes permitindo o deslocamento da superficie de
escoamento sem a mudanga em seu tamanho e forma. Assim, no espago de tensoes
desviatérias, o encruamento cinematico mantém o raio ri da superficie de

escoamento constante, enquanto o centro ¢ transladado, mudando-se o modulo
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plastico generalizado C. Varios modelos tém sido propostos para se calcular o valor
atual de C, como a superficie de escoamento transladada, assim como direcdo de
translacdo para obter o incremento de deformacao plastica associada. A maioria dos
modelos de encruamento podem ser divididos em duas classes: modelo de
multiplas-superficies e encruamento nao-linear. Nesta secdo centra-se no estudo do
modelo de multiplas-superficies, as quais assumem que C é constante em cada
superficie. Isso resulta na descricdo multi-linear da curva tensdo deformacgdo. Ou
seja, ¢ constituida por varios segmentos lineares que tratam de aproximar sua forma

ndo-linear.

3.4.1.
Representacdo de multiplas-superficies

O primeiro modelo de multiplas-superficies foi introduzido por Mr6z em
1967, que definiu uma familia de superficies, aninhadas no espago de tensdo, uma
no interior da outra (vide Figura 3.3). As superficies sdo definidas no espago de
tensOes desviatorias Ess de ordem reduzida 5D adotadas, utilizando-se a fung¢éo de
escoamento de Mises para descrever cada superficie. O espago 5D tem duas
vantagens sobre a formulacgdo 6D: evitar a redundancia na representacdo das tensoes
desviatdrias, o que permite diminuir o custo computacional nos célculos das tensdes

e deformagdes, e o fato de que r1 na superficie de escoamento seja igual a tensdo de
escoamento, sem a necessidade de incluir o fator de escala +2/3, como se
apresentara na Figura 3.1. Embora todas as equagdes do encruamento cinematico

sejam representadas no espaco 5D, sua conversdo para 6D ¢ trivial, como se

apresentou nas Tabelas 1 e 2. A localizagdo do centro da superficie de escoamento
¢ definida como o ponto S, ', que ¢ igual ao vetor backstress o.'. Além da superficie
de escoamento com raio 11, as M—1 superficies de encruamento com raios r2, 13 ,...,

rm sdo definidas dentro da superficie de ruptura com raio rm+1, igual a tensdo real

de ruptura 6u do material.
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Figura 3.1. (a) Superficie de escoamento, encruamento e falha no sub espacgo ox x Txy3

de Ess e (b) raios correspondentes ri e 0 mddulo de plasticidade generalizado Ci

Estas M+1 superficies aninhadas devem ter raios crescentes r1 <r2 <... <rm+l

¢ devem ser inicializadas de forma concéntrica na origem do espago Ess, e.g.
inicialmente S '=0. O raio r, da superficie de encruamento ¢ igual ao nivel de

tensdo definido pelo usudrio associado a deformacdo plastica que delineia a

representacdo multilinear da curva tensao-deformagao (vide Figura 3.1).

A diferenca entre os raios de superficies consecutivas € definida como Ari =
ri+1 — ri. A principio, o raio ri pode mudar durante a deformagdo plastica como
resultado dos efeitos do encruamento isotropico e NP. A superficie de falha nunca

¢ transladada, porque qualquer tensao que atinja seu limite causa fratura no material

devido ao critério ‘S ‘— I, = Oy, portanto seu centro estd sempre na origem do

espago Ess, i.e. S, '=0.

O vetor backstress pode ser decomposto na soma de M componentes O, ',
0y',..., 0y ' quedescrevem a posigdo relativa o '= §Ci — §Ci 4] entre os centros

de superficies consecutivas (vide Figura 3.2). Note-se que o comprimento (norma)

|0 '| de cada componente de translagdo da superficie de escoamento estd sempre

entre 0, se S;' e S¢;p' coincidem (condigdo sem encruamento) e Ari se as
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superficies s3o mutuamente tangentes (condicdo de saturagdo ou maximo

encruamento).

Figura 3.2 Superficie de escoamento, encruamento e falha no sub espago desviatorio S1

x Sz para M = 3, apresentando o vetor de translacédo da superficie de escoamento O'

Como mostra a Figura 3.3, a condi¢ao saturada do componente de translacao

da superficie de escoamento @,;' alinhado ao vetor n' que ¢ perpendicular a estas

superficies na tensdo atual S', resulta em o '=n"(r;;;—1;) =n"Ar;.

A partir de Scppy;'=0 e da definigio de componentes backstress, obtém-se

que o centro S¢;' da superficie de escoamento ou qualquer encruamento i ¢ a soma

de todas as componentes de translagdo da superficie de escoamento a partir de ai '
para O ':

Si ' = 0l "+ 0y "+ 0y p et Ol p OV Oy (3.13)

A regra principal da evolucao destas superficies ¢€: (i) eles devem transladar-
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se como um corpo rigido, quando o ponto S' que define o estado de tensdes
desviatorias atuais no espacgo Ess alcanca seu limite. (ii) as superficies ndo podem
passar um através da outra, portanto elas gradualmente tornam-se mutuamente

tangentes no ponto da tensao atual.

Condi¢ao nao encruado Condicao saturado

Superficie
escoamento

Figura 3.3 Configuragfes (a) sem encruamento e (b) saturado das superficies

consecutivasi e i+1

A superficie externa que esta se movendo é chamado de superficie ativa, com
indice ia. Qualquer mudan¢a no estado das tensdes no interior da superficie de
escoamento assume-se elastico, sem translagdo de nenhuma superficie, desde que

‘§ '-S,, | <1,. Portanto nenhuma superficie ¢ ativada e ia = 0. A medida que a tensio

se incrementa até um estado plastico, a tensdo no ponto S' primeiro encontrara a
superficie de escoamento, tornando ativa essa superficie (ia = 1), e seguira em frente
até atingir a primeira superficie de encruamento. A superficie se tornara ativa ia =
2, quando as duas superficies se movimentardo juntas na tangente S' até encontrar

a proxima superficie de encruamento, e assim por diante.
3.4.2.
Regras da translacdo das superficies

A regra adotada para a translag¢do destas superficies foi a proposta por Jiang ¢
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Sehitoglu [50, 51]. O modelo de plasticidade de Jian assume que a direcdo da
translacdo total da superficie de escoamento ¢ a soma da direcdo em que cada
superficie i ¢ transladada, permitindo a modelagem do comportamento transitorio
de amolecimento e encruamento. Os componentes da dire¢do de translacdo efetiva

sd0 obtidos pela seguinte expresao,

V,'=1"sAr;— (| O "|/Ar;)Xi o ' (3.14)
onde ¥;i ¢ o expoente de ratcheting, com 0 < ;i <co. O modulo plastico generalizado
C ¢ calculado a partir de:

C :%'(Cl 'Vl 'T+CZ 'Vz 'T+...+CM VM 'T)-ﬁ'zé-(c-V'T)-ﬁ' (315)

onde ¢ ¢ o coeficiente de modulo plastico generalizado efetivo e V' é a diregdo de

translagao efetiva, enquanto ci € o coeficiente calibrado para cada superficie.

3.4.3.
Descricao do algoritmo

Todas as superficies de escoamento e encruamento sao inicialmente centrados
na origem, na configura¢do sem encruamento com as componentes de translacdo

das superficies de escoamento (backstress) o '=0p '=..=0pn '=0.

Para uma dada historia de tensdo, cada incremento de tensdo 6D AG deve

primeiro ser projetada sobre o sub espaco Ess 5D para se obter o incremento da

tensdo desviatoria AS'=AsAG, onde A ¢ a matriz de projecdo. O incremento de
tensdo hidrostatica 6D AGy =Acy-[1 1 1 0 0 O]T ¢, entdo, associado e
calculado utilizando-se Ao}, =(A0y +AG, +AG,)/3, do qual se obtém o

incremento de deformagdo hidrostatica, a partir de Agp =3K /Aoy, onde K é

modulo de compressdo do material, dado por K = E/[3:(1-2V)].

O centro da superficie de escoamento 501'5&' ¢ obtido a partir das

componentes de translacdo das superficies de escoamento 5D atual, através de
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0= 0 "+ 00 "+ ...+ 0 . O comprimento |S'—a'| é calculado entre o centro do
estado de tensdes atuais e a superficie de escoamento. Se |S'—a'|=1, entdo o
estado de tensdo atual S' esta sobre a borda da superficie. Portanto, o vetor normal
5D n' a superficie de escoamento em S' ¢ calculado como

n'=(S"-a")|S-o' |=(S"-a)/1 .

Se |§'— a'l=n e AS Ta<0 , entdo AS' provoca uma condicdo de
descarregamento elastico, a partir da borda da superficie de escoamento. Por outro
lado, se | S'—0l'|<11, entdo o estado de tensdo atual S' ¢ elastico, uma vez que estd

dentro da superficie de escoamento. Em ambos casos, o incremento da tensao AS'

assume-se puramente elastico. Para uma dada historia de deformagdes, estima-se

AS' pela lei de Hooke AS'=2G-Ag".

Para saber se todo o incremento AS' ¢ de fato puramente eléstico, a equacao
| S'+b* -AS'-0'|=11 ¢ resolvida para a raiz positiva de b* para encontrar o
incremento de tensdo b*esAS' que iria atingir a superficie de escoamento. Se b* >

1, entdo AS' é um incremento inteiramente elastico, € os componentes elasticos e

plasticos dos incrementos de deformacdo sdo calculados pela lei de Hooke
Ae,'=Ae'=AS"2G e AEp'=0. Caso contrario, se 0 < b* < 1, entdo somente a
fragdo b*-AS' do incremento de tensdo ¢ elastica; esta etapa de calculo é repetida
localmente servindo-se de um degrau de entrada refinada b*-AG ou b*-Ag que

induz incremento desviatdrio elastico b*-AS', atingindo exatamente a superficie

de escoamento. Neste caso, a fragdo restante (1-b*)-Ac, ou (1-b*)-Age, sera

utilizada no calculo da proxima etapa sobre condi¢des elastoplasticas.

O incremento puramente elastopléstico ocorre se | S'—Ql'|=11 ¢ AS'T.7'>0.

As diregdes de translagdo vi' em 5D s@o calculadas para superficie a partir do
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modelo de translagdo escolhido como uma fungdo de n' e @', usada para calcular
o modulo de plasticidade atual C a partir da equagdo ((3.14)). Note-se que, para a
formulacdo das multiplas —superficies, C obtém-se apenas a partir do valor Ci da
superficie ativa. Para a historia de deformagdes, o incremento elastoplastico AS'
(que originalmente foi assumido como eléstico) ¢ calculado a partir de C, utilizando
a solucdo do problema inverso AS'=2G [Ae'-(Ae 'T-ﬁ')-ﬁ" 2G/(2G+C)] em
5D. A componente plastica do incremento de deformacdo em 5D é, entdo, obtida a

partir do incremento elastoplastico AS' utilizando a regra da normalidade

Aep'= (AS'T-7"). 1"/ C, enquanto a componente eléstica ¢ obtida da lei de Hooke

Ag,'=AS'/2G.

A translagdo da superficie sempre ocorre durante a deformagdo plastica, para
todas as superficies de escoamento e encruamento, a partir dos incrementos
AGi'=c¢i-Vi"“Ap, onde Ap=(2/3)|A€,'|. Finalmente, a cada incremento sdo
armazenadas as tensdes e as deformagdes no sub-espaco 5D e 6D. Na Tabela 4

descreve-se o algoritmo.

Tabela 4. Algoritmo de plasticidade incremental, apresentando suas semelhangas

e diferencas

Algoritmo de miultiplas-superficies Algoritmo de cinematica nao-linear

Calculo do incremento hidrostatico em 6D AG} ou Ag,, correlacionados por

Aoy, =3XK - Ag, .

A historias de tensdes projetar no sub-espago 5D AS'=A-AG; a histérias de

deformagdes projetar no sub-espago 5D Ae'=A-A€.

Calculo do centro da superficie de escoamento a partir das componentes de

translacao da superficie de escoamento (Backstress) 5D: o' =0y "+ 0 "+...+ 0\ '

Se |§'—(7' |=1 (o estado de tensdo atual S' esta sobre a superficie), entdo o vetor

normal @' a superficie de escoamento em S' (5D) ¢ calculado utilizando
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n'=(S-a')|S-0'[=(S-a')/ 1.

Se |S'-0'|<1 (o S' atual estd no interior da superficie de escoamento) ou

|S'-a'|=11 com AST5'<0 (descarregamento elastico, a partir da borda da
superficie de escoamento), entdo se assume AS' e Ae' elasticos, correlacionados a

partir da lei de Hooke por Ae'=Ag,'=AS'2G, com AEp'=0. Deste modo,

resolver | S'+a-AS'-a'|=1 para “a” encontrar o incremento de tensdo a-AS' que
atinja a superficie de escoamento. Assim, se a > 1, entéo esta etapa de calculo finaliza
aqui, uma vez o incremento ¢ totalmente elastico, caso contrario se 0 <a <1 deve se

repetir a etapa de calculo refinando a entrada localmente a-AG ou a-A€.

Caso contrario, se |S'-a'|l<n com A§'T-ﬁ'>0, testa-se  dS'T-A'<0 se é

descarregamento elastico ou elastoplastico.

E importante obter-se em 5D as diregdes de translagdo da superficie V' a partir do

modelo escolhido como uma fun¢do de n' e o '.

Modulo ndo-linear:

Modulo linear tirado da superficie ativa:
M

o 2 o
C=C; parai=ia ng'zci'Vi'T‘n'

i=l1

Para historia de deformagdo, AS' ¢ obtido a partir de C por

AS'=2G [Ae'-(AE'T-T")-T"2G/ (2G+C)].

Calculo do incremento de deformacgao elastica em 5D: Ae,'= AS'/2G.

Célculo do incremento de deformagdo plastica em 5D, a partir da regra da

normalidade: Ae,'= ~(A§'T-ﬁ').ﬁ'-

1
C

Verificar se S'+ AS' ainda estard dentro

A '=¢i-Vi"AP  para todas as

superficies de  escoamento e

da proxima superficie de encruamento i+1,

caso contrario repetir a etapa de calculo

com entradas refinadas localmente a-AG | encruamento, onde Ap= % |AG,'].
3

ou a-Ag, onde 0 < a < 1 e
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F,(S'+a-AS")=0.

Se qualquer componente backstress
estiver sobressaturada (
Ao '=0 para todo i #ia ¢ AO;' =b-V;" | |&; '+ AQ; '|> Ar; ), repetir esta etapa de
para a superficie ativa i = ia, onde b > 0 e | calculo com entradas AG ou AE
Fi=|S'+AS'-(S;'+b-7; ") B _ri2 0. refinadas para garantir que as
superficies se encontrardo

tangencialmente (| 0 "+ AQ,; '|= Ar; )

Translagdo da superficie de escoamento e encruamento fazendo o ':=0; "+A0; ', i

=12,...M

Proje¢do  dos incrementos para 6D: AG=Acy +§AT -AS! e

AE = Ag;, +§AT (MG, '+ AT, ).

As variaveis a serem armazenadas e atualizacdo em 6D e 5D sdo: 6:=G+A0C,

€:=€+A€, S':=8"+AS' e e'i=e'+Ae. "+ Ae, .

No proximo capitulo apresenta-se o projeto da maquina tragao torcao, a qual
foi desenvolvido para se avaliar experimentalmente os modelos de plasticidade

incremental apresentados.
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4.
Projeto Estrutural e Modelagem da Maquina Tracdo-Torgéo

4.1.
Introducéao

No presente capitulo apresenta-se o projeto ¢ a modelagem da Maquina

Tragdo — Tor¢do (MTT) desenvolvida no Laboratério de Fadiga da PUC - Rio.

4.2.
Projeto da MTT (biaxial)

O projeto da MTT inclui a descri¢ao geral de toda a maquina, determinagao
da carga e momento maximo da MTT, e o estudo da rigidez axial e torsional da

maquina.

4.2.1.
Descrigcédo geral da MTT

A MTT para ensaios de fadiga multiaxial ¢ um arranjo de componentes
individuais, conectados entre si, que provém tragdo e tor¢ao sobre o corpo de prova.
A estrutura basica deste sistema eletromecanico consiste de dois motoredutores (um
para gerar a carga axial e outro para a tor¢do), dois macacos mecanicos (tragao -
tor¢do), a estrutura da maquina (vigas e colunas), elementos de controle (célula de
carga e torque, LVDT's, controladores, etc.), e outros elementos (garras para

prender os corpos de prova, dispositivos de medicdo, etc.).

O conceito basico de um sistema eletromecanico controlado por um moédulo

de controle CompactRIO da National Instruments ¢ descrito da seguinte forma:

e A estrutura da maquina MTT ¢ constituida principalmente de duas vigas, um

resistor de torque e duas colunas, como se apresenta na Figura 4.1.

¢ O motor-redutor converte a poténcia elétrica disponivel em poténcia mecanica

para o atuador.
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e Os macacos mecanicos sao usados para transformar a poténcia mecanica do
motor-redutor (rotativo) em poténcia mecanica usavel no ponto requerido.

Trabalha como um atuador linear (gera for¢a) ou atuador rotativo (gera torque).

e A célula de carga e torque, que ¢ um transdutor que mede a forca e o torque

aplicado sobre um corpo de prova.

e O LVDT ¢ um transdutor que mede o deslocamento linear e a rotagcdo do eixo

que contém o corpo de prova.

e O controlador AX2550 ¢ a interface de poténcia que controla os motores DC de

acordo com um sinal de voltagemde 0 a5 V.

e Finalmente o compactRIO ¢ o controlador da maquina no qual se implementam

as técnicas de controle.

Na seguinte figura apresenta-se a Maquina Tragdo-Tor¢cdo (MTT), usada
para testes de fadiga no Laboratorio de Fadiga da PUC — Rio, na qual se testara
diferentes modelos de previsdo de comportamento mecénico multiaxial e,

eventualmente, as técnicas de controle.

Macaco Linear-

Tracao
Coluna [
Resistor de
Torcao
Célula Carga e
- torque
Macaco

Rotacio - Torg¢ao

Figura 4.1 Modelo Inicial da Maquina Tracao Tor¢&o
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Os célculos do projeto mecanico da estrutura da maquina sdo apresentados no

apéndice A.

4.2.2.
Modelo simplificado da MTT

O projeto original da MTT, apresentado na Figura 4.1, foi modificado para
um modelo simplificado, devido que a usinagem dos componentes do desenho
original da MTT requeria uma oficina mecanica especializada para pecas de
grandes comprimentos. Além disso, as limitagcdes nos recursos para o projeto,
elevados custos de usinagem, despesas em motores ¢ no desenvolvimento dos

transdutores, motivaram a implementacdo de um modelo simplificado da MTT.

Coluna Célula de Carga e

Macaco Linear Torque

Motor Resistor de| | Corpo de

" Macaco
DC Torgio Motor
i MO DC Rotagao

Figura 4.2 Modelo simplificado da MTT

O novo modelo consiste em unir 0 macaco linear a0 macaco de rotagao,
mediante quatro colunas, como apresentado na Figura 4.2. A partir daqui,
considera-se como MTT o novo modelo simplificado, onde se calcula novamente
sua rigidez axial e torsional. Além disso, pelas dimensoes das colunas considera-se
importante determinar o carregamento maximo admissivel para evitar ter o

problema de flambagem nas colunas.

Portanto, o modelo original foi modificado para melhorar sua fabricabilidade

e os calculos do projeto do novo modelo de MTT sdo descritos no apéndice A.
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No proximo capitulo se apresentara a integracdo dos diferentes componentes da
MTT e suas conexdes elétricas com sistema de controle. Além disso, apresentam-

se o projeto e desenvolvimento da célula de torque e carga e, finalmente, a

calibracdo dos diferentes transdutores.
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5.
Projeto e Integracdo dos Atuadores e Transdutores da MTT

5.1. Introducéo

Neste capitulo, apresenta-se o desenvolvimento do sistema experimental da
maquina MTT, organizado em trés se¢des: o desenvolvimento de uma célula de
carga e torque, a calibracdo dos transdutores e, finalmente, a integracdo dos
componentes da MTT. O desenvolvimento da célula de carga e torque é subdividida
em duas se¢oOes, a primeira focada na andlise da integridade estrutural e a segunda
na configuracdo dos extensdmetros sobre a estrutura do transdutor. A calibracdo
dos transdutores inclui o procedimento de calibracdo da célula de carga e torque e
dos transdutores LVDT's, usados para medir o deslocamento linear e rotacional da
garra. A integracdo da MTT inclui as conexdes dos transdutores, motores e sistema
de controle e a montagem dos componentes do sistema experimental desenvolvido

no Laboratdrio de Fadiga da PUC — Rio.

5.2.
Desenvolvimento da célula de carga e torque

Para o desenvolvimento da MTT sdo necessarios transdutores de forga e
torque. Frente a seu elevado custo e as limitacdes econdmicas, motivou-se o
desenvolvimento de uma célula de carga e torque (LTC - Load Torque Cell), com
capacidade maxima de 200 kN e 1300 N.m. O projeto da célula de carga e torque
divide-se em duas sec¢des, a primeira esta focada na andlise estrutural do transdutor,
em seu dimensionamento para uma vida a fadiga maior que 100 milhdes de ciclos
e a segunda focada na configuragdo dos extensdmetros nas pontes de Wheatstone e

sua localizacdo sobre a estrutura da célula.

5.2.1.
Projeto estrutural daLTC

De modo geral, a célula de carga e torque ¢ um transdutor utilizado para se
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medir a forga e torque aplicados sobre o corpo de prova. Portanto, a LTC ¢ projetada
para trabalhar submetida a tragdo/compressdo, tor¢do ou uma combinagdo de

ambas, como ¢ apresentado na Figura 5.1.

xC;D M
o —— - -
—————— I I_____:*f”
I -— B :-|—>
——a | 7 : _____ o
| 1 | / x
|

Figura 5.1 Secdo circular oca da estrutura da LTC

Na Figura 5.1, apresenta-se o desenho da secdo critica da estrutura da LTC,
que € a se¢do circular oca, localizada na parte central da estrutura do transdutor.

Esta se¢do critica ¢ submetida a uma tensdo normal ¢, e tensdo cisalhante 7,

geradas pela carga P e torque T.

P
=— 5.1
o= (5.1)

T=— (5.2)

onde A e J sdo a area da secdo transversal e o momento polar de inércia da LTC,
respectivamente. Na Figura 5.2 mostra-se o estado de tensdes dos pontos A ¢ B

através do circulo de Mohr.

T f----== B
T2
Gz o2=T2
-02
‘\G ©
A,B
3 A
a) Tragdo pura b) Torgao pura

Figura 5.2 Estado de tens@es tipico através do Circulo de Mohr
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A deformacao total gerada pela combinagdo da carga axial P e do momento
torcor T sobre a célula de torque e carga ¢ feita utilizando-se o principio da
superposi¢do. Na Figura 5.2, (a) os pontos A e B experimentam uma tensao axial

6, devido a carga de tragdo P e sua representagdo matricial ¢ dado por,
Gr=6t=(c, 0 0 0 0 0) (5.3)

Por outro lado, na Figura 5.2 (b) representa-se o estado de tensdes cisalhante
7, gerado pelo momento torgor T, para os mesmos pontos A e B, e sua

representacdo matricial ¢ dada por
GL=-G:=(0 0 0 7, 0 0) (5.4)

A LTC foi projetada para se trabalhar na zona elastica, e suas deformagdes
foram calculadas utilizando a lei de Hooke.

g=E'c (5.5)

onde € € o tensor de deformagdo, E~' a inversa da matriz de rigidez € G o tensor

de tensdo, com

L v Y 0 o
E E E
_LL_LOOO
E E E
E'= 1 (5.6)
0 0 0 — 0 0
G
1
0O 0 0 0 — 0
G
1
0O 0 0 0 0 —
G

onde E ¢é 0 moddulo de elasticidade, V o coeficiente de Poisson e G = E /[2.(1+ V)]

o0 moddulo de cisalhamento.

Na Figura 5.3 mostra-se o estado de deformagao, através do circulo de Mohr

para os pontos A e B, gerados pela carga axial e momento torgor.
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Y1/2

VEI

a) Tracdo pura b) Torcdo pura

Figura 5.3 Estado de deformacdes tipicos, através do Circulo de Mohr

As deformagdes &€, ¢ &, na Figura 5.3 sdo obtidas por

€ =% (5.7)

To - T (5.8)

onde E ¢ o mddulo de elasticidade ¢ G=E/[2.(1+V)] o modulo de cisalhamento.

As deformagdes nas dire¢des a 0°, 45° e 90° com relacdo ao eixo z, nos pontos
A e B geradas pela carga axial e o momento torgor, estimam-se a partir do circulo

de Mohr para deformagdes. Assim, para o caso de tracdo pura tem-se

£.=¢, . =€.(1-v)/2, e &.=-v.g,. Por outro lado, para o caso de torgdo

T T T . ~ N
pura tem-se Ep =&, & =0, € & =—&,. Finalmente, as deformacdes totais sdo
obtidas pela combinagdo das cargas e estimadas utilizando-se o principio de
superposigao.

e =gl ). =€ +¢,

total P T _&d-v)

Ei =& T E450 = IT (5.9
total P T

Eope = Egpo +Egpe =—(V.E,+E,)

onde Eg , eg , eg"‘a' sao as deformagdes a 6°, com relagdo ao eixo z, devido a forga

P, ao torque T ¢ a combinagdo de ambos carregamentos.

Na Tabela 5, apresenta-se as propriedades do material utilizadas no

desenvolvimento da LTC.
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Tabela 5. Constantes do material utilizadas para o projeto LTC

Moddulo de Elasticidade, E 210 (GPa)
Moédulo de cisalhamento, G 80,7 (GPa)
Constante de Poisson, v 0,3

Carga axial maxima, P 200 (kN)
Momento torgor maxima, T 1300 (N.m)

As tensOes normais ¢ cisalhantes maximas geradas pelos carregamentos,

sobre a estrutura central da LTC, sdo 6, =196 MPae 7, =42 MPa. Assim, para o
caso da tracdo pura a deformagdo experimentada pelos extensdmetros a 0°, 45° ¢

90° ¢ obtida utilizando-se a lei de Hooke 8:;0 =326 L, 8920 =-—280 L€ . Para o caso

de torgdo pura tem-se £, =260 ue, £ =0 UE ¢y, =260 UE .

As deformagdes totais experimentadas pelos extensometros, dado a
L . N . o _ Totd _
combinagio das cargas de tracdo e torcdo sdo: &p =1192 ue | £,.° =326 ue,

£0% =—540 pe .

Considerando-se a carga combinada =(196 0 0 42 0 0)T MPa, as
deformagdes nos extensdmetros sdo obtidas utilizando-se a lei de Hooke pelas
equagdes (5.7) e (5.8), €, =933 ue, €, =¢,=-280 ue e y/2=519 ue, e
aplicando-se o critério de Von Mises, obtém-se as deformagdes principais €, =986

ue, €,=¢,=-333 ue e v

max

/2=670 ue. Finalmente, as deformagdes totais
experimentada pelos extensometros sio £o® =986 ue, £ =326 ue e

£ =-333 ue.

As deformacbes calculadas sobre a estrutura da LTC também foram
comparadas as deformagdes obtidas utilizando-se o software Ansys, com o
proposito de validar os resultados analiticos. As simulagdes no Ansys foram feitas

para os mesmos carregamentos (P=200 kNe T =1300 N.m).
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A: Static Structural
Equivalent Elastic Strain

Type: Equivalent Elastic Strain
Unit: rm/m

Tirne: L
2271072012 10:34
0,0019366 Max
0,0017983
0,00166
0,0015217 -
D00t _6889&-003 7
0,0012451
0,0011069
0,00096858
0,000830249 _l.USLSe—DDB ]

0,0006492
0,00055371
0,00041543
0,00027714
0,00013885
5/673e-7 Min

Figura 5.4 Deformacdes da LTC analisadas no Ansys.

A deformagdo total na se¢do central da estrutura da LTC, devido a carga de tragao

e torcor combinadas, foi de Eé?ta' =1051 ue . E de acordo com as especificagdes

técnicas da Micro-Measurement Vishay, qualquer extensometro com deformagao

total £ <1500 e tém uma vida a fadiga de 100 milhodes de ciclos [28][29]. Na

Figura 5.5 apresenta-se o desenho geral da LTC projetada para carregamentos

maximos especificados.

L _
olg ;i
dle la
- L
B 150 ]

Figura 5.5 Esquema geral da LTC

Com a proposito de minimizar o fator de concentracao de tensdes e aumentar
avida a fadiga do transdutor, o perfil da LTC foi melhorado utilizando-se o método
de "Otimiza¢ao de Contorno", que consiste em adicionar ou retirar material,

mudando-se o perfil da peca de acordo com o valor do fator de concentracao [30].
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Apo6s a otimizagdo do perfil, minimizou-se o fator de concentracdo de tensoes

devido a tra¢do de um valor de K, =1,65 para outro de K, =1,23. Na tor¢éo ndo

se obteve muita mudanga absoluta, pois se diminuiu de um valor de K, =1,15 para

outro de K, =1,04. Na Figura 5.6, apresenta-se o perfil melhorado ¢ a comparagao

entre os dois perfis no entalhe.

Pertil Melhorado

(a) Detalhe "A"

Entalhe com r = cte
kt=1,65

y | Entalhe melhorado
A1 [ k=123

(b) Comparagao Entalhes

Figura 5.6 a) Perfil melhorado do entalhe b) Comparacéo de K, do perfil com r
constante, e melhorado

O fator de concentragdo de tensdo no entalhe melhorado da LTC foi calculado

utilizando-se a distribui¢do de tensdo obtida no software Ansys para o carregamento

combinado maximo, como se apresenta na Figura 5.7.

Fator de Concentracao de Tensdes

Tracio

A: Static Structural
Equivalent Stress

Type: Equivalent (von-Mises) Stress
Unit: Pa

Tirne: L
22/10/2012 10:47

2.4759¢8 Max
2,2091e8
2,1273e8
1,9455¢8
1,7687¢8
1501868
1,415e8
1,2382¢8
1,0614e8
8,8438e7
1077767
5,3095¢7
3541367
177327
50014 Min

3,4351=+008 3%

1,9634e 008 7

-

Torcao

A: Statle Stroctural

Equrvalent Stress

Type: Equbvmlent fvan Mises) Sreess.

Lnit: P

Time: 1

2RI 1051

RS Maz

o REELL

= 617031

= 6,2063e7

o 5.6d22eT
5.0701e7

u 45141e7

Ll 1.95¢T

H Jansser

MER

275787

LEA3TET

o 1, 1aTer

54506

15200 Min

K, = Omax _ 2425 ~123
O 196

n

K. _ e :7,5533:],04
T T 7,291

n

Figura 5.7 Calculo do fator de concentracéo de tensdo no entalhe melhorado
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A otimizacdo do fator de concentragdo de tensdo, tanto para tracdo K
quanto para tor¢do K, ¢ fundamental para o célculo da vida a fadiga da LTC,

projetada para uma vida a fadiga longa e teoricamente infinita. O material escolhido
para a estrutura do transdutor foi uma liga de aco 4340, muito utilizada no
desenvolvimento de células de carga de alta capacidade. Este material ¢ adequado
quando a estrutura do transdutor ¢ grande, de facil usinagem ¢ ndo gera sérias
distor¢oes durante seu tratamento térmico [31]. A LTC foi usinada em um torno
CNC devido a complexidade de seu perfil e, posteriormente, submetida a
tratamento térmico, levando a peca a uma temperatura de 850 °C e mantendo-a
durante 1 hora para se estabilizar a temperatura ao longo de sua espessura média, e
logo resfriada em o6leo, a temperatura ambiente. Finalmente, para aumentar sua
tenacidade e ductilidade foi submetida a um processo de revenido, reduzindo-se sua

dureza e resisténcia a ruptura a 48RHC e S; =1500 MPa, respectivamente.

A vida a fadiga da LTC foi calculada utilizando-se o método SN, dado que a
célula estara submetida a uma histéria de tensoes elasticas. Considerando-se o caso
mais critico, este sera quando a LTC ¢é submetida a um torgor totalmente alternado
T ==x1300 N.m e uma carga axial alternada P =200 kN em fase. Uma estimativa

confidvel do limite de fadiga S, para as pegas de aco ¢ dada por [32].

SL(10%) =k, kpke.0,5Sr ;  Sgr <1400 MPa (5.10)

O fator de acabamento ¢ k, =0,842, calculado segundo Mischke [33] por
k, =158.(S;) . O fator de acabamento k,, segundo Juvinall [34] para a
espessura de até 8 mm, considera k, =1. E o fator do tipo de carregamento para
cargas axiais, segundo Juvinall, ¢ k. =0,9. As estimativas da resisténcia a fadiga

em vidas curtas para pegas ¢ estruturas de ag¢o é dada por
Sr(1 03) =kg.ke.0,76.SR ; Sr <1400 MPa (5.11)

onde o fator de temperatura k, =1, devido que a LTC ¢ projetada para trabalhar a
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0, <300 °C, e o fator de confiabilidade k, =1 para trabalhar-se com uma

confiabilidade de 50 %.

A combinacdo mais critica das cargas em fase geram uma tensdo normal

0, =196 MPa e uma tensdo cisalhante 7, =42 N.m. A tensdo equivalente para

zX

calculo de fadiga obtém-se multiplicando o fator de concentragdo de tensdo pela

componente nominal induzida o, e 7, , e logo combinada pelo critério de Tresca.

2 2
GTresca = \/(KfP 'GZ ) + 4.(Kfr 'TZX ) (5 12)
GTresca = 256 MPa

A vida em 103 e 10° ciclos para o aco 4340 dado pelas equagdes (5.11) e
(5.10) sio S (10°)=1140 MPae S, (10°) =568 MPa, respectivamente. A vida

a fadiga ¢ calculada utilizando-se a equagdo de Wohler, dada por
NSp =C (5.13)

onde os coeficientes de Wohler B e C para as condi¢des anteriores sdao B=9,931 e

C =2,279. 10%. Assim, a vida a fadiga para S = 0y,.,, = 256 MPa substituindo

na equagdo (5.13) € N =240 milhdes, que é maior que a recomendada pela

literatura (100 milhdes).

Na Tabela 6, apresenta-se a vida a fadiga da célula de carga e torque para

diferentes espessuras da parede da secdo tubular da estrutura da LTC.

Tabela 5. Influéncia da espessura na vida a fadiga da LTC

o Nominal Tensdes principais Fator de

t Vida a Fadiga (bilhdes)
(MPa) (MPa) concentracio
mm

O, 7, (o o, T ox KP KT Usinado | Retificado Polido
5 1959 | 41,9 158 -11,2 | 84,6 | 1,23 1,07 0,01 0,2 5,72
6 165,7 | 36,5 173,4 -7,6 | 90,5 | 1,23 1,07 0,04 1,05 49,22
7 1444 | 32,6 151,4 -7 79,2 | 1,23 1,07 0,1 42 290
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A sensibilidade mecanica da célula de carga e torque depende do desenho da

geometria e do carregamento aplicado, como ¢ apresentado a continuagdo [35].

Tabela 6. Sensibilidade mecénica e elétrica e faixa de forcas da LTC

Sensibilidade Faixa d
. Representaciao . aixa de
Tipo lemento elastico Mecanica Elétrica €
¢ um/m carga
5 4P
Tragao ;
pura R 7E.(D*-d?) 2,6 10-10
3 16T.D
Torcao o ;
pura 7E.(D*-d*) 2,6 10°-10
5.2.2.

Configuracdo e conexdo dos extensémetros

O circuito de conex@o mais comumente utilizado em transdutores de forga
para medir a saida dos extensometros ¢ a ponte de Wheatstone, constituida por

quatro resisténcias R,R,,R,, ¢ R, uma em cada bragco da ponte, como apresentado

na Figura 5.8.

3
O

R1 (. 7,R2

v /i1 )
A{ /b C f\E |

™~ -
3'.71’7' % S
1| R&A_ RS

Figura 5.8 Ponte de Wheatstone
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A equagdo que relaciona a tensao de saida E, a tensdo de alimentagdo V e suas

resisténcias ¢ dada por

Ri.R3—R».R
E=V. 3 2 (5.14)
(R1+R3).(R3+Ry)

A ponte ¢ balanceada quando sua tensdo de saida E ¢ igual a zero, que ocorre

quando satisfaz
Ri/R4=R3/R3 (5.15)
A partir desta relacdo, pode-se dizer que um incremento nas resisténcias R

ou R, fornecera uma saida positiva para a ponte, enquanto um incremento nas

resisténcias R, ou R, diminuira a saida da ponte.

A variacgdo da tensdo de saida € proporcional a variagdo da resisténcia dos

extensometros, pois

Z.{ARI _AR; | ARj _AR4J “ R,

AE =— r=—==1 (5.16)
Ry R» R3 Ry R

A variacdo da resisténcia € gerada pela deformacao da superficie, sobre a qual

sdo colados os extensdmetros, logo
—=K.e (5.17)

onde K ¢ o fator de calibracdo do extensometro e € a deformacéo da estrutura do

transdutor.

A localiza¢do adequada dos extensdmetros na estrutura da LTC e a correta
configuracdo dos extensdmetros no circuito da ponte Wheatstone permitem-lhe
fazer medigdes de forcas axiais, cisalhante, flexdo ¢ tor¢do com uma precisio

aceitavel.
A LTC foi projetada para medir as deformacgdes geradas pelas forcas axiais e

o momento tor¢or alinhado com o eixo “z” da célula. Portanto, sobre a estrutura

central da LTC sdo coladas duas pontes completas de Wheatstone: a primeira para
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mensurar a carga axial (tracdo / compressdo) e a segunda para mensurar 0 momento
torcor. A seguir, apresenta-se a configuragdo da localizacao dos extensdmetros e as

conexdes da ponte Wheatstone para os casos de tragdo/compressao e torgao.

5.2.2.1.
Configuracao da célula de carga

A célula de carga ¢ um instrumento de medicdo baseado em extensometros,
cuja tensdo de saida ¢ proporcional a deformagdo da estrutura da LTC e,
consequentemente, a carga aplicada. Na superficie exterior da se¢do central da LTC,
com um perfil circular 6co (vide Figura 5.9), sdo colados os extensometros

formando-se, assim, uma ponte completa.

Segdo central da LTC

Se¢do Circular Oco

Figura 5.9 Sec¢éo central da LTC

Na superficie exterior da se¢do circular 6ca da LTC sdo colados 4
extensometros, 2 na dire¢do longitudinal e 2 na diregdo transversal, os quais medem

€9 [ 1)

a deformacao na direcdo “z” e “x” respectivamente.

Cada par de extensdmetros ¢ conectado e localizado, segundo a configuragao
apresentada na Figura 5.10. Esta configuragdo permite compensar os efeitos de
desalinhamento entre a LTC e a carga axial, efeito temperatura ¢ 0 momento torgor

(Y]

na direcdo “z”.
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Figura 5.10 Conexao dos extensdmetros na LTC, como célula de carga

Na Figura 5.10, o desalinhamento da carga F, com o eixo “z” da LTC gera os
momentos M, e M,. A combinagdo destes momentos e de acordo com a
localizagdo dos extensometros gera uma deformacgdo positiva €,, naresisténcia Ri,
deformagdo negativa —€,, na resisténcia Rs3, enquanto as resisténcias R2 e R4 sdo
insensiveis a0 momento M por estarem localizadas sobre o eixo “y”. O momento
torcor M gera deformagao positiva €, nas resisténcias R3 e R4, e gera deformagao

negativa —€, nas resisténcias Ri e Ro. Finalmente, o efeito da temperatura foi

eliminado pela conexdo adequada das resisténcias na ponte de Wheatstone. A
Equagdo (5.18) permite relacionar as deformacdes dos extensometros e as tensao

de saida na ponte Wheatstone.

AE = K.V
4

(e1—€2+€3—¢4) (5.18)
onde € =€+¢epm —eff +E€10, € = —v.(£+sM)—e¥ +E€T0, €3 =€—€M +83} + €70,
e eq=—Vv.e—em)+ e% + e7o . Substituindo na Equacdo (5.18), obtém-se a saida
AE proporcional a deformacao uniaxial,

_Ke(+v).V
2

AE (5.19)

onde K ¢ o fator de calibragdo dos extensdmetros, v o moédulo de Poisson €, em, €1

e er° sdo as deformagdes geradas pelas cargas axiais, momento de flexdo, momento
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torcor, e a temperatura, respectivamente.

5.2.2.2.
Configuracao da célula de torque

A adequada configuracdo dos extensometros sobre a superficie central da
LTC permite utiliza-la como célula de torque e medir o torque aplicado sobre corpo
de prova. A tensdo de saida depende da variagdo da resisténcia dos extensdmetros,
a qual ¢ proporcional a deformacdo da estrutura da LTC e consequentemente ao
torque aplicado. A configura¢do dos 4 extensometros que constituem a ponte de
Wheatstone de torgao, ¢ colada em pares sobre a superficie exterior da segdo circular
oca da LTC. Esta configura¢do permite medir o torque aplicado ao corpo de prova
e compensar efeitos devido aos momentos fletores, forcas axiais e efeitos da

temperatura (vide Figura 5.11).

. 45°
ETHEctErs —&rt&c—Em

+EmtHET +ewter

450 5
—ET+EctHEmx E1tEs—Emx
—emAET —EMy+ET1°

Figura 5.11 Conexao dos extensdmetros na LTC como célula de carga

Na Figura 5.11, €7, €, €, €y, © € aparecem devido as deformagdes

G
geradas pelo torcor T, a forca axial F, os momentos flexores Mx, My e o efeito da

temperatura respectivamente. Os extensdmetros experimentam a combinagao

destas deformacdes que s3o dadas por g = 8%5 +€c +eMy +EMx HETC,

£2=—8%5+£0 +E&My —€Mx T E€T°, €3 =8§1~5+86—8My—£MX + ETo (S

€4 = —8%5 +€g —EMy +EMx + €T . Substituindo na Equagdo (5.20) obtém-se:
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AE =K.e>.V (5.20)

A configuragdo dos quatro bragos da ponte Wheatstone (vide Figura 5.8)
permite a compensacdo da deformagdo causada pelas cargas excéntricas, pelo efeito
de temperatura e a deformaga@o causada pela tor¢cao nas medi¢des de tragdo e vice-

versa.

5.2.3.
Fabricacdo daLTC

A célula de carga e torque foi feita numa liga de agco 4340, usinada num torno
CNC universal ROMI - Centur 30D, dada a complexidade do perfil melhorado do
entalhe e, posteriormente, levada ao tratamento térmico. Apo6s a fabricacdo, foram
colados os extensometros segundo as configura¢des apresentadas nas Figuras 5.10
e 5.11. Duas rosetas a 90° foram utilizadas para mensurar a forga axial colada com
uma defasagem de 180°. Semelhantemente, duas rosetas espinha de peixe foram

utilizadas para medir o torque (vide Figura 5.12).

Forca
axial:
Rosetas
a 90°

Torque:
Rosetas
espinha
de peixe

Figura 5.12 Conexao dos extensdmetros na LTC
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5.3.
Calibracéo dos transdutores da MTT

No uso de transdutores baseados em extensdmetros frequentemente surge a
necessidade de calibra-los. Este ¢ um procedimento requerido periodicamente para
assegurar-se da exatiddo e linearidade do proprio instrumento [36]. Para a
calibragdo dos transdutores foi desenvolvido um sistema de leitura no software
LABVIEW utilizando-se o CRi0-9004 e o modulo de excita¢do de extensdmetros
NI-9237, que permite tomar as medidas de tensdo elétrica do transdutor (célula de
carga, torque ou LVDT's), e relaciona-las com seu valor real (forga, torque ou
deslocamento), gerando-se uma curva de calibragao entre o valor medido e o padrao

real.

5.3.1.
Calibracao da célula de carga e torque

A célula de carga incorporada na LTC foi calibrada utilizando-se a maquina
INSTRON modelo 8501, com capacidade maxima de £ 100 kN. Através dela foi
possivel medir a for¢a padrdo com exatidao, e relaciond-la com as medicdes através
do sistema integrado de leitura (CRi0-9004, médulo de excitagdo dos extensometros
NI- 9237 e laptop). Na Figura 5.13 mostra-se o sistema de calibracdo utilizado para

calibrar a forga axial.

Célula de carga
e toraue

cRio - 9004

Figura 5.13 Sistema de calibracédo da célula de carga
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A tensdo de saida da ponte de Wheatstone, medida pelo sistema de leitura

para diferentes valores de carregamento aplicado pela maquina INSTRON sobre a

LTC, permitiu gerar uma curva de calibragao relacionando a tensdo de saida e forga

axial real aplicadas (vide Figura 5.14). Com isto, mostra-se que a LTC tem um

comportamento linear ¢ a tensdo de saida da ponte Wheatstone da LTC ¢

proporcional a forga axial aplicada.

o
o

Calibragao da LTC - Célula de Carga

0.0E

)
°
o

+00

6.0E-04 8.0E-04 1.0E-03 1.2E-03

2.0E-04 4.0E-

IS
o
o

F=-15493.V + 59,08

oo
©
o

RZ=1

Forc¢a Axial (kIN)
2
o

-100.0

-120.0

Tensdo de Saida da Ponte Wheatstone (V)

Figura 5.14 Curva de Calibragéo da LTC - célula de carga

No entanto, a calibragdo da célula de torque da LTC ¢ feita mediante a

aplicacdo de torque através de um brago alavanca de comprimento conhecido e,

assim, aplicando valores de torque padréo.

Calibracgao da LTC - Célula de Torque

-3.5E-04

a}
-3.0E-04 -2.5E-04 -2.0E-04 -1.5E-04 -1.0E-04 -5.0E-05 , . Q.0E+00

T =-2.463.714,59.v - 917,19

R2=1,00

Momento Torcor (N.m)

Tensao de Saida da Ponte Wheatstone (V)

Figura 5.15 Curva de Calibragdo da LTC - célula de torque
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5.3.2.
Calibracdo do LVDT- linear

Para a calibragdo do LVDT Linear (DT-100A _ KYOWA) foi utilizado um
modulo de calibracdo que consistia em uma bancada milimétrica sobre a qual foi
montada o LVDT e controlado seu deslocamento. O sistema de leitura (modulo NI-
9237, cRio e Laptop) permitiu ler-se a tensdo elétrica do LVDT e relaciona-la a seu
valor real de deslocamento, gerando uma curva de calibrac¢do entre o deslocamento
real e o valor de tensdo elétrica lida no LabVIEW. Na Figura 5.16 apresenta-se o

sistema de calibragdo do LVDT que mede o deslocamento linear do eixo da MTT.

Figura 5.16 Sistema de calibra¢éo do LVDT Linear DT-100A

A curva de calibragdo do LVDT DT-100A ¢ apresentada a seguir.

Calibracao LVDT Linear

X =74221.v + 15,66
R2=0,999

Deslocamaneto do LVDT -
mm

O
-4.0E-04 0.0E+00 4.0E-04 8.0E-04 1.2E-03 1.6E-03
20

Leitura de Voltagem no LABVIEW -V

Figura 5.17 Calibracéo do LVDT Linear DT-100A
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O LVDT-Linear DT-100A tem a fungao de medir o deslocamento linear do
eixo da MTT (vide Figura 5.16), o qual permitiu implementar os limites de posi¢ao

para uma maior seguranga nos ensaios.

5.3.3.
Calibracdo do LVDT- rotacéo

A medicao da rotagdo do eixo da MTT permite implementacdo de limites para
o deslocamento angular. Estes evitam que o atuador mecanico de rotacdo gire além
do necessario, ou se acelere em caso de ruptura do corpo de prova por tor¢ao. Por
este motivo, € necessario instalar um LVDT de rotagdo. Contudo, diante das
limitagdes financeiras para adquirir um LVDT exclusivo para medir rotagao, foi
utilizado um outro LVDT-Linear DT-100%, que mede indiretamente a rotagdo do

eixo da MTT.

LVDT DT-100A Eixo rotacio MTT

LTC

Figura 5.18 Calibracdo do LVDT Linear DT-100A para rotagédo
O LVDT DT-100A utilizado para medir a rotacdo foi calibrado de maneira

semelhante ao LVDT-Linear. Na Figura 5.19 apresenta-se a curva de calibracdo do

LVDT utilizado para medir a rotagao do eixo da MTT.
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Calibracao LVDT Rotaciao

120
LZU

|-_\
[en]
()

@®
D

D
(en]

x = 75346.v + 41,83
R2=1

Deslocamaneto do LVDT - mm

D

0.0E+00 4.0E-04 8.0E-04 1.2E-03

20
rAav)

Leitura de Voltagem no LABVIEW -V

-8.0E-04 -4.0E-04

Figura 5.19 Calibracdo do LVDT rotacdo DT-100A

Todos os transdutores tém comportamento linear e foram ajustados com alta

precisdo a uma reta, como ¢ apresentado nas Figuras 5.14, 5.15, 5.17 ¢ 5.19.

5.4.
Desenvolvimento do sistema experimental MTT

Como ja foi apresentada no capitulo quatro ¢ Apéndice A, a MTT esta
composto principalmente de dois mecanismos, um para gerar forga axial e outro
para gerar torque, membros de transmissdo de carga, transdutores para a medi¢ao
das magnitudes a serem controladas, um sistema de controle provido de uma
interface homem-maquina e uma estrutura rigida. Em um sistema eletromecanico,
geralmente usa-se como atuador um motor DC acoplado a uma caixa redutora
controlada por um driver, através de um sinal proporcional ou on/off. Além disso,
utiliza-se um conjunto de transdutores, como célula de carga e torque, para medir a
forca e/ou torque aplicados no corpo de prova, LVDT's para mensurar o
deslocamento do atuador e clip gages ou extensdmetros para medir as deformagdes

nos espécimes de prova.

Na Figura 5.20, apresenta-se a MTT desenvolvida no Laboratoério de Fadiga

da PUC-RIio, o sistema implementado ¢ o modelo simplificado da MTT apresentado
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e justificado no Apéndice A.

Corpo de
Prova Motor D

Motor DC
cRIO - 9004

Controlador
AX2550

Figura 5.20 MTT desenvolvida no Laboratério de Fadiga - PUC-Rio

5.4.1.
Conexoes elétricas da MTT

As conexdes elétricas da MTT estdo constituidas de duas partes. A primeira
parte ¢ a de leitura de dados, a qual inclui a conexdo da célula de carga e torque e
dos dois LVDT's ao modulo de aquisi¢do de dados NI-9237 do CompactRio da
National Instruments. Ja a segunda parte ¢ a de sinal de controle dos motores,
constituida pela conexao do modulo NI-9263 do cRio ao controlador AX2550, que

controla os motores DC mediante um sinal de controle proporcional.

Célula de carga

Macaco

de Tracao de Torgao

Laptop

Controlador S

AX2550 cRIO-9004

Figura 5.21 Esquema de conexdes elétricas e do sistema de controle
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5.4.2.
Modulo de controle compactRio

O modulo de controle CompactRio da National Instruments ¢ um controlador
programavel de automagao, com um sistema de controle reconfiguravel e aquisicdo
de dados projetados para aplicagdes que requerem alto desempenho e resposta em
tempo real com alta confiabilidade. Ele combina um processador em tempo real
integrado a um chip FPGA de alto desempenho e robustez, com moddulos de
entrada/saida intercambiaveis. O FPGA ¢ conectado ao processador em tempo real
através de um bus PCI de alta velocidade, no qual cada moédulo de entrada/saida
conecta-se diretamente ao FPGA. O CompactRIO usado no sistema de controle da

MTT ¢é o cRIO 9004, apresentado na Figura 5.22.

Figura 5.22 Controlador cRIO-9004

O cRIO-9004 tem incorporado um processador industrial classe Pentium de
195 MHz para executar em tempo real as aplicacdes deterministicas desenvolvidas
no software LabVIEW Real Time. O cRIO tem uma memoria de 512 MB de
armazenamento CompactFlash nio volatil ¢ DRAM de 64 MB, além de uma porta
Ethernet para a programacao pela rede. O LabVIEW Real Time tem fungdes
internas para transferir dados entre o FPGA e o processador em tempo real dentro

do sistema do CompactRIO.

O FPGA (Field Programmable Gate Arrays) ¢ um chip de silicio
reprogramavel que contém blocos de logica pre-construidos cuja interconexao e
funcionalidade podem ser configuradas e re-configuradas entre si, nas diferentes
aplicacdes desenvolvidas (vide Figura 5.23). Aplicacdes com algoritmos onde se

precisa resposta em tempo real, sincronizagdo, precisdo, ¢ execucdo de tarefas
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simultineas de forma paralela, sdo desenvolvidas no FPGA. O paralelismo ¢
conseguido devido ao fato que o modulo LabVIEW FPGA executa sua logica no
hardware, tendo o programa a vantagem de processar as tarefas tais como
aplicacdes de controle, leitura e gravacdo de saidas analdgicas e/ou digitais, em

tempo real e de forma deterministica.

Modulo FPGA

Interconexao
programavel

=T

0]
S —

0 <
— '1,—_1 i
£

Blocos de EIS

Figura 5.23 Arquitetura interna do médulo FPGA

Para o controle da MTT utilizou-se um médulo de saida analdgica e modulos
de excitagdo de extensdmetros. O modulo NI cRIO-9263 apresentado na Figura 5.24
(a) € o modulo de saida analdgica utilizado para gerar tensdes elétricas entre 0 V e
+5 V. Essas saidas analdgicas sdo utilizadas para ativar o controlador Roboteq
AX2550, que atua como uma interface de poténcia entre o cRIO e os motores

Ampflow A28-400, os motores DC adotados.

O moddulo NI cRIO 9237 apresentado na Figura 5.24 (b) ¢ o médulo excitador
de extensometros utilizado para excitar e medir valores da forca e do torque
aplicados ao corpo de prova, através da célula de carga. Também utiliza-se para
medir o deslocamento linear dos LVDT's e as deformagdes do corpo de prova
através de um clip gage. Pode-se programar as tensdes elétricas de excitagdo com
os valores de 2,5 volts, 3,3 volts, 5 volts e 10 volts. Este modulo utiliza uma
combinagdo de filtros analogicos e digitais, podendo, assim, proporcionar uma

representacdo precisa dos sinais desejados.
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(b)
Figura 5.24 a) médulo NI-9263 e b) médulo NI-9237

54.3.
Software desenvolvido em LabVIEW

A interface homem-maquina implementada para o controle da maquina
tragdo-tor¢do foi desenvolvida no software LabVIEW. Este software utiliza trés
ambientes de programagdo: um computador conectado ao cRIO mediante
comunicagdo TCP/IP, onde sdo armazenados os valores de forca e torque e a
plotagem de graficos; um ambiente Real Time, no qual se configuram os parametros,
tanto do controle por modos deslizantes de for¢a quanto do controle PID por modos
deslizantes de torque. Os sinais de forca e torque desejados definem os limites de
seguranga de carga, torque, deslocamento e rotagcdo angular; e ainda, um ambiente
que inclua os lagos de programagao do controle no FPGA, nos quais sdo executados
os lagos (loops) do controle de forga e torque, independente um do outro, chegando
a velocidades de processamento em microssegundos. Os lagos independentes
incluem a leitura e filtragem dos sinais, algoritmo de controle, inicio e parada da

MTT e, finalmente, os limites de seguranca (vide Figura 5.25).

COMPUTADOR I : | REALTIME I ] | FPGA

Entorno gréfico Configuragéo de Leitura e filtragem dos
parametros de controle e sinais

Armazenamento P
dos limites de seguranca

de dados Lacos de controle

Limites de seguranga

Figura 5.25 Interacdo dos ambientes de programacéo do controlador
No proximo capitulo, serdo apresentadas as técnicas de controle

implementadas na MTT para o controle de trajetdria de forca e torque e para gerar

historias do carregamento desejado.
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6.
Sistema de Controle

6.1.
Introducéao

O sistema de controle se baseia em uma malha fechada, a qual requer
retroalimentar a informagao de saida do sistema medida através de transdutores,
comparar com o sinal de referéncia, e corrigir a saida mediante o sinal de controle.
Esta realimentagdo faz possivel estabilizar os sistemas instaveis, melhorando sua
robustez frente as variagdes do comportamento de alguma parte do sistema, ou
atenuando perturbacdes externas ndo mensuraveis. Na Figura 6.1 mostra-se o

sistema de controle em malha fechada.

Perturbacao

Entrada (SP) u +* Saida (PV)
+ +
- | Erro (e)
i Sensor |<

Figura 6.1 Sistema de controle em malha fechada

A entrada representa o valor desejado da planta, enquanto a saida desta
corresponde ao que realmente ocorre (saida real), ndo s6 como resposta devido a
um sinal de controle “u” mas também devido a sinais de perturbagdo. Assim, o sinal
de controle “u” gerado pelo controlador sobre a planta procura minimizar o erro

(diferenca entre a entrada e a saida), tentando idealmente levar a zero [37].

Na Figura 6.2 apresenta-se a resposta tipica do sistema a uma entrada degrau,
que pode ser decomposta em duas etapas: regime transitorio e regime permanente.
Alguns dos pardmetros de projeto relativos ao regime transitorio sdo o tempo de
subida, o percentual de ultrapassagem (da saida em relacdo a entrada) e o tempo de

acomodagdo. No regime permanente, busca-se reduzir o erro.
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Figura 6.2 Resposta ao degrau do sistema

Neste capitulo, serdo apresentam-se as técnicas de controle sliding e PID dliding,

que foram implementados para lidar com as néo-linearidades da MTT.

6.2.
Controle PID

Os controladores PID apresentam robustez em diversas aplicagdes e sdo 0s
mais amplamente utilizados na industria. Sua estrutura de controle ¢ muito simples
de implementar, mas sua linearidade limita o grupo de plantas onde pode ser
aplicado satisfatoriamente [38]. Neste caso, pode se dizer que o sucesso dos
controladores PID esta na simplicidade para sua implementagdo e no fato que
representam um componente fundamental para estratégias de controle mais
sofisticados. Por este motivo ainda hoje é amplamente usado na industria [39].
Além disso, o controlador PID compde-se de trés algoritmos de controle, a agdo
proporcional, integral e derivativa. Desta forma, o algoritmo de controle compara o
valor desejado (set point - SP) com a variavel de processo (PV) para obter-se o erro
(e). O erro atual ¢ dado pela Equacdo (6.1) , utilizada para calcular a agdo
proporcional, integral e derivativa.

e(k)=SP-PV (6.1)

O controlador PID determina o valor da saida do controlador u(t) em fungao

do erro medido.
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1 ¢ de
u(t)=Kc.| e+—|edt+T,.—
((3) T;'('). g (6.2)

onde, Kc ¢ o ganho do controlador, T, o tempo integral e, T, o tempo derivativo.

6.2.1.
Controle proporcional (P)

Neste controlador, a agdo proporcional se calcula como o produto do ganho
proporcional e a sinal de erro medido. O controlador gera um sinal de controle
proporcional ao erro para tentar corrigi-lo, estabilizando-se o sistema, como

apresenta-se na equacao (6.3),
up (k) =Kc.e(k) (6.3)

onde Kc € o chamado de ganho proporcional.

Um problema do controle proporcional ¢ que ndo € possivel obter erro de
regime permanente nulo. Além disso, os valores 6timos de Kc estdo s6 numa faixa
do espago total de controle, de maneira que se ele toma valores de K¢ fora dessa

faixa ou ainda muito altos, pode tornar o sistema instavel.

6.2.2.
Controle integral (I)

A agdo de controle integral tem como proposito diminuir ou eliminar o erro
em regime permanente, € atua para evitar fortes mudangas entre o valor desejado
(SP) e o valor real (PV) da variavel controlada. Este erro integra-se mediante um
circuito que executa a operagdo matematica de integragdo trapezoidal, e pode ser
descrito como o somatério dos produtos dos valores instantdneos da grandeza de
entrada por pequenos intervalos de tempo, desde o instante inicial até o final
(periodo de integracdo). Ou seja, representado como a area entre a curva do erro e

o eixo do tempo e matematicamente, expresso por

k . .
(k) = lfr—c > {W}At (6.4)

L
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onde ui(k) € a acdo integral do controle, At o intervalo de tempo, Ti o tempo integral

e e(i) e e(i-1) s@o o erro atual e o anterior, respectivamente.

O uso do integrador como controlador leva a uma melhoria na precisdo do
sistema, embora o torne mais lento. Além disso, o integrador introduz um pdlo na
origem da funcao de transferéncia em malha aberta, que tende a piorar a estabilidade
relativa do sistema em malha fechada ou inclusive torna-lo instavel. Motivo pelo

qual esta acdo de controle geralmente nao se aplica de maneira isolada.

6.2.3.
Controle derivativo (D)

A agdo do controle derivativo pode ser entendida como o calculo da taxa
(ou velocidade) de variag@o da grandeza de entrada, em relagdo ao tempo. Assim, a
funcdo da acgdo derivativa é a de manter o erro ao minimo, tentando mudar o
controle proporcional para a mesma velocidade na qual foi produzido, evitando-se,
assim, que o erro se incremente. Isso ¢ representado, matematicamente, através da

Equacao (6.5).

[PV(K)-PV(k-1)] (6.5)

k¢.T
ug(k) = —CA—td

onde T4 € o tempo derivativo.

A vantagem deste controle ¢ a sua velocidade de resposta, que se deve a
imediata reagcdo do diferenciador. Este fato faz com que a acdo derivativa seja
utilizada para a obtencao de respostas transitorias mais rapidas, ou seja, melhora o
comportamento dindmico do sistema em malha fechada. Assim, no regime
permanente, o sinal de erro é constante e a agdo derivativa ¢ igual a zero. Ou seja,

esta acdo atua apenas durante a resposta transitoria.
Contudo, a desvantagem deste ¢ justamente o fato de que o diferenciador ¢

um circuito muito susceptivel aos ruidos de alta frequéncia, uma vez que é um filtro

passa-alta, o que pode levar a complicagdes durante o processo de controle.
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6.2.4.
Saida do controlador u(k)

A saida do controlador u(k) é dada através da combinacdo dos trés tipos de
controle que foram representados pelas equacdes (6.3), (6.4) e (6.5),
respectivamente. Assim, o controlador tem a vantagem das trés agdes de controle e

¢ representada por

u(k) =up(k)+uj(k)+ug(k) (6.6)
e w
—> P K-
g J
+
N\
@ _z“:[e(m e(i+1)]_“t + u(k)
L Ti i=l 2 J
+
-
L D —K;';l" JPVIE)-PV(k-1)]
.

Figura 6.3 Diagrama de Blocos de um controlador PID

No controlador PID, os ganhos Proporcional, Integral e Derivativo sdo
sintonizados com o proposito de se obter o melhor desempenho possivel da resposta
de saida do sistema (no regime transitorio e permanente), cujo modelo matematico
ndo necessariamente precisa ser conhecido. O valor destes ganhos ¢ determinado
aplicando-se um processo prévio de identificacdo para obter o modelo ou s6 o

conhecimento prévio do comportamento da dindmica do sistema [38].

A contribuicdo da acdo integral esta diretamente ligada a precisdo do sistema
e ¢ responsavel pelo erro em regime permanente. Contudo, a agdo derivativa tende
a aumentar a estabilidade relativa do sistema, a0 mesmo tempo em que torna a
resposta do sistema mais rdpida, e dado seu efeito antecipatorio permite

contrabalancar o efeito desestabilizador da a¢do integral.
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6.3.
Controle por modos deslizantes " sliding mode control - SMC"

Geralmente, no projeto de um controlador podem surgir discrepancias entre
a planta real e a modelagem desenvolvida, devido a véarios fatores. Neste contexto,
apesar das dificuldades, a tarefa dos engenheiros ¢ a de assegurar o nivel de
desempenho exigido. Um dos muitos métodos de controle robusto desenvolvido
para eliminar essa dificuldade foi o conhecido “controle por modos deslizantes —

SMC” [40].

A abordagem do controle por modos deslizantes € reconhecido como uma das
ferramentas mais eficientes para o desenho de controladores robustos, para os
sistemas dinamicos nao lineares complexos. A principal vantagem deste modelo de
controlador ¢ sua baixa sensibilidade as variacdes dos parametros da planta e as
perturbacdes, eliminando a necessidade de uma modelagem exata. Este método de
controle altera a dinamica do sistema ndo-linear, através da aplicacdo de um sinal
de controle descontinuo que obriga ao sistema a deslizar ao longo de uma secéo
transversal do comportamento normal do sistema. Assim, o controle por modos
deslizantes ¢ um tipo especifico de sistema de controle de estrutura variavel, no qual
a lei de controle ¢ uma fun¢do ndo linear, que pode ser facilmente implementada
pelos conversores de poténcia tradicionais, com operagdo on-off admissivel,
propriedade pela qual o SMC tem sido aprovado para ser aplicavel em uma ampla

gama de problemas da industria.

6.3.1.
Superficie de deslizamento

Esta técnica consiste em reduzir o problema de controle de um sistema
genérico, descrito por uma equacdo ndo-linear de ordem "n", para uma de 1?
ordem, com incertezas em seus pardmetros e/ou em sua modelagem matematica. A
metodologia do SMC consiste em projetar uma lei de controle que faga convergir
todas as trajetorias desse sistema para uma superficie definida no espago de estado,
chamada de superficie de deslizamento S(t).

A dinamica desta superficie é escolhida pelo projetista de modo que todas as

trajetorias dentro da superficie S(t) venham a convergir para seu valor desejado. O
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projeto do controlador em modo deslizante consiste de duas etapas, a primeira em
definir a superficie deslizante que torna o sistema dinamico estavel, e a segunda em
definir uma lei de controle que garanta que todas as trajetorias convirjam para a
superficie deslizante [41]. Considerando-se um sistema nao linear de ordem "n",

tem-se uma unica entrada descrita por
X" = f(X,)+b(X,t).u+d(t) (6.7)

onde X ¢é o vetor de estado, f(X,t) e b(X,t) sdo geralmente nao lineares e
dependentes do tempo, d(t) ¢ uma perturbagdo, X ¢ a saida de interesse e U o sinal

de controle.

Assim, X=X—X; € o erro de rastreamento associado com trajetoria desejada,

e a superficie de deslizamento S(t) ¢ definida pela equacdo S(X,t)=0,
- d -
S(X,t)= E+/1 X (6.8)

onde A ¢éuma constante estritamente positiva, relacionada a largura da banda em

malha fechada [42].

A Equacao (6.8) representa uma linha de deslizamento para um sistema de
segunda ordem. Neste caso, a superficie de deslizamento ¢ ilustrada pela seguinte

Figura 6.4.

Superficie de
deslizamento S(t)
(s=0)

30

et

Trajetoria

Figura 6.4 Superficie de deslizamento (Adaptado de Slotine e Li, 1991)

A superficie de deslizamento St) ¢ definida pelo projetista e deve ter seus
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valores tendendo a zero, assim como o valor do erro precisa convergir para zero

apos um intervalo de tempo, ou seja, com uma dindmica dada por S(x, t) = 0.

6.3.2.
Lei de controle

A lei de controle U € projetada com a finalidade que X alcance a superficie

S(X,t)=0 em um intervalo de tempo finito. Uma vez atingida, permaneca

deslizando nela indefinidamente. Para obter a lei de controle do sistema, deve-se

derivar uma unica vez a Equagdo (6.8) em relagdo ao tempo. A melhor estimativa

da lei de controle ¢ dada quando S= S=0, portanto
S=(X—%,)+AX=0 (6.9)
A lei de controle ¢ dada pela equacgdo
u = Kk_sinal(S) (6.10)
onde K, ¢ o ganho do termo chaveado e a fungdo sinal ¢ dada por,

+1 se S=20

sinal(S) = {_1 e S<0

6.3.3.
O fenbmeno de vibracao "Chattering”

Um modo deslizante ideal ndo existe na pratica. Isso implicaria que o
controlador comute a uma frequéncia infinita. Na presenga de imperfeicdes de
comutac¢do, tais como atraso no tempo de comutagdo e resposta dos atuadores, a
descontinuidade na retroalimentacdo do controlador produz um comportamento
dindmico particular, geralmente conhecido como chattering [43]. Para se evitar o
problema de chattering, segundo Slotine e Li deve-se suavizar a funcdo sinal(S)
utilizada na lei de controle, estabelecendo-se uma camada limite em torno da

superficie de deslizamento S(t) sobre a qual ocorre a transi¢do. A lei de controle

suavizada ¢ dada por,

u=k_. sat(S) (6.11)

onde a funcdo sat(S) ¢ dada por
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sinal (S) se |S|>W

sat(S) = 6.12
S {S se |S|SW (6.12)
Superficie de 3
deslizamento

Chattering

ANS

Figura 6.5 O fenébmeno de Chattering (Adaptado de Slotine e Li, 1991)

6.4.
Aplicacdo da técnica de SMC na MTT

Para a avaliacdo dos modelos de plasticidade incremental € necessario fazer
o controle da for¢a e do torque aplicado pela MTT, sobre o corpo de prova, de
maneira independente. Na tarefa de projetar um controlador robusto para a MTT,
um dos principais desafios foi lidar com as ndo-linearidades presentes no sistema,
como por exemplo o atrito nas colunas, zona morta nos macacos, ¢ folga nos
redutores e macacos. Baseado na robustez do controle por modos deslizantes para
lidar com sistemas nao-lineares, foi adaptada a teoria de controle por modos

deslizantes para o controle de forca da MTT, como apresentado no texto que segue.

Forca Forga
desejada ___ Erro ur real
. SMC MTT —>

?

Figura 6.6 Esquema do controle de forgca da MTT

Para projetar o controle de forca da MTT, a variavel de interesse ¢ a forga

axial aplicada ao corpo de prova. Tem-se, assim, X=F, como a forca real gerada

pela MTT, x,=F, a forca desejada, e o erro associado a trajetéria como
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e =F —F,. Logo, a superficie de deslizamento dada pela Equagdo (6.8) obtém-
se da equacado:
Sy =¢, +Ae; (6.13)

Finalmente, a lei de controle segundo a Equagéo (6.11) é dado por
up =ksat(&. +Ae;) (6.14)

onde u. ¢ a sinal de controle da forga, A o ganho proporcional, e kg o ganho de

chaveamento para controle de forga.

Entretanto, para implementar o controle de torque da MTT, foi necessario
implementar um controlador ainda mais robusto, dada a elevada sensibilidade da
célula de carga e torque. Esta, para pequenos deslocamentos angulares do sistema
motor-redutor-macaco de tor¢do, gera no sistema grandes variagdes nas medi¢des
de torque. Assim, para superar os desafios do controle de torque da MTT, se
implementou um controlador hibrido que combina as vantagens do controle por
modos deslizantes e o PID, conhecido como "PID dliding control". O principio do

algoritmo de controle hibrido consiste em determinar a superficie de deslizamento

como a saida de um controlador PID, em funcdo do erro (€), sua integral (Iedt)

e taxa de variagdo (€).
Portanto, primeiramente define-se a varidvel de interesse X=T  que
representa o torque gerado pela MTT, x, =T, € o torque desejado, e € =T, —T,

¢ o erro associado a trajetoria. Neste caso, a superficie de deslizamento para o

controle de torque S; ¢ definida como a saida do controle PID e dada por [44].
Sy =& +h e+, [epdt (6.15)

onde A4, A, > 0 sdo fatores estritamente positivos e representam o ganho

proporcional e o ganho integral, respectivamente. Os ganhos foram calibrados
utilizando o mesmo critério de calibragdo dos parametros do controlador PID.

Finalmente, a lei de controle do controlador "PID dliding control" é dada pela
Equacao (6.11), resultando em

up =k sat(&; +, e+, [ ep.dt) (6.16)
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onde U; ¢ o sinal de controle de torque e K, o ganho de chaveamento para o

controle de torque. Na Figura 6.7 apresenta-se o esquema geral do sistema de

controle da MTT, constituida de duas malhas fechadas de controle.

Tda

Fa

Figura 6.7 Esquema geral do sistema de controle da MTT
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Resultados experimentais das técnicas de controle

Os resultados do controle por modos deslizantes de forca e o controle PID por

modo deslizante de torque para carregamentos de amplitude constante sdo

apresentados a seguir. Neles observa-se o bom desempenho das técnicas de

controle, aplicadas ao sistema eletromecanico, as incertezas e nao linearidades

presentes na dinamica da MTT. Nas figuras sdo apresentados os resultados

experimentais das técnicas de controle implementadas na MTT, para o controle

trajetoria da forga e o torque.

016

Lawtoren it | 11 {4080
Controle Fora R o
-
i
Tempo

Figura 6.8 Controle por modos deslizantes para um carregamento tracédo de + 30 kN
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Na Figura 6.8, apresenta-se o resultado para controle de trajetoria por modos
deslizantes para uma forca com amplitude constante de + 30 kN (a uma frequéncia
de trabalho de 0,01 Hz). O controle de forca superou as ndo linearidades da

dindmica da MTT e conseguiu acompanhar a trajetoria de carregamento solicitado.

Na Figura 6.9, apresenta-se a interface homem-maquina implementada no
ambiente Real Time, onde sdo configurados os parametros da forca desejada e os
parametros do controle. Além disso, na Figura 6.9 apresenta-se os valores dos

parametros de controle utilizados pelo controlador ao longo do ensaio.

Figura 6.9 Interface de controle no ambiente RealTime

A Interface de controle ¢ constituida de 3 se¢des (vide Figura 6.9), na se¢ao

1 apresentam-se as leituras dos transdutores (a forga e o torque aplicados sobre o
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corpo de prova, o deslocamento linear e o angulo de rotagdo da garra); na segdo 2,
configuram-se os pardmetros da trajetoria de forca, ou torque desejado; e na tltima

secdo configuram-se os parametros do controle, tanto da forca, quanto do torque.

Na Figura 6.10 apresenta-se o comportamento do controle de for¢a por modos
deslizantes para outro carregamento solicitado. Neste caso, trata-se de um
carregamento de amplitude constante de = 50 kN e para a mesma frequéncia de

trabalho.

Figura 6.10 Controle por modos deslizantes para um carregamento de + 50 kN

Na Figura 6.10 apresenta-se o comportamento do controle de for¢a para um
ciclo de simulagdo, onde pode-se observar que o controlador superou as nao-
linearidades da dinamica do sistema, comprovando assim sua robustez. Para o
controle de torque também, inicialmente, foi implementado o controle de torque por
modos deslizantes. Os resultados obtidos para um torque solicitado de amplitude
constante de + 71,6 N.m, com torque médio zero e frequéncia de trabalho de 0,01
Hz, sdo apresentados na Figura 6.11. O controlador teve dificuldades para
acompanhar a trajetéria desejada e eventualmente apresentou problemas de

oscilagoes.
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Figura 6.11 Controle de torque por modos deslizantes para torque de + 71,6 N.m

Diante dos problemas apresentados no controle de torque, foi implementado
um controle hibrido "PID dliding control", que combina as vantagens do controle

PID e do controle por modos deslizantes, tornando-o ainda mais robusto.

Figura 6.12 Controle PID sliding para um torque solicitado de + 71,6 N.m
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O controle PID dliding superou as oscilagdes e as instabilidades e conseguiu
acompanhar a trajetoria de torque desejada. No comportamento do controle nio
apresentou nenhum problema de overshoot, indesejado nos ensaios de fadiga.
Contudo, ao se atingir o pico ou vale, apresentou um pequeno afastamento da
trajetoria desejada, que rapidamente foi corrigido (vide Figura 6.12). Nesta

aplicacdo, pode-se considerar este pequeno afastamento aceitavel.

Na Figura 6.13 apresenta-se o comportamento do controle de torque por PID
gliding control para um outro valor de torque solicitado. Neste caso, trata-se de um
torque solicitado a amplitude constante de + 140 N.m, torque médio de 0 N.m com

a mesma frequéncia de trabalho.

Torque Real [ 14011
Torque Desgjado [~ 139,82

Lirnite de Torque Inferior |11 |-300,00
Limite de Torque Superior [/~ 300,00

Controle Torque

Torque (N.m)

Torque desejado

-100,0-

1200

_ Torque real

-1400-
1500

Tempo

Figura 6.13 Controle PID sliding para um torque solicitado de + 140 N.m

No conjunto da Figura 6.14, apresentam-se os resultados do controle de forca
e torque com suas trajetorias desejadas a 90° fora de fase, entre elas, para uma forga
desejada com amplitude constante de £ 20 kN e um torque desejado com uma
amplitude de = 71.6 N.m, ambas com carregamento médio igual a zero. Os valores

de torque e for¢a foram escolhidos com o objetivo de gerar a mesma tensdo maxima,

110



tanto na tragdo pura quanto na tor¢ao pura.
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rque desejado

Figura 6.14 Controle de forga (+ 20 kN) e do torque desejado (+ 71,6 N.m) 90° fora de
fase

Na Figura 6.14 apresentam-se o controle de forca e torque ao qual serad
submetido o corpo de prova no ensaio de encruamento ndo-proporcional. O erro
normalizado da forga obtida € aproximadamente de + 2% e, o erro normalizado do

torque (vide Figura 6.14- d) ¢ também aproximadamente de + 2%.

Para avaliar o desempenho das técnicas de controle da MTT, utilizou-se um
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corpo de prova macico com D = 24,8 mm. Na Figura 6.15 apresentam-se a tensao

maxima desejadade S,, =41,5 MPa, sobre o corpo de prova macico gerado pelos

carregamentos apresentados na Figura 6.14.

Tensdo Normal

SO e e e

Figura 6.15 a) Tensdo normal G e cisalhante T\/g b) Gréfico o, e 1;\/3 90° fora de
fase

Na Figura 6.16 apresenta-se o conjunto de resultados para outra combinagao

de carregamentos. Neste caso, trata-se de uma forcga axial de amplitude *+ 50 kN e
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um torque desejado de + 189 N.m, ambas com trajetoria senoidal, com carga média

zero e defasadas 90° entre elas, com erros normalizados de = 2 %.
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Figura 6.16 Controle de forca (+ 50 kN) e do torque desejado (+ 189 N.m) 90° fora de

fase
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Tensdo Normal

:

. Tensdo cisalhante

Figura 7.10 a) Tensdo normal o =107 MPa e cisalhante 17\/5 =107 MPa b) Gréfico
O e ’t\/g 90° fora de fase

No préoximo capitulo serdo apresentados os resultados experimentais dos

modelos de plasticidade incremental ensaiados na MTT.
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7.
Resultados Experimentais

7.1.
Introducéao

Apo6s implementagdo e avaliacdo das técnicas de controle de forga e torque,
elas foram utilizadas no controle da forga e do torque de acordo com as trajetorias
desejadas pelos modelos de plasticidade incremental. A seguir sdo apresentados os
resultados obtidos na avaliagdo experimental do modelo de fluéncia ciclica ou

ratcheting e no modelo de encruamento nao-proporcional.

7.2.
Resultados experimentais do modelo de fluéncia ciclica (ratcheting)

Foi avaliado experimentalmente o fendmeno de ratcheting tanto uniaxial
quanto multiaxial. Foi estudado o fendmeno de ratcheting uniaxial para ago 1020 ¢
para o aluminio 6351T6. Finalmente foi estudado o fendmeno de ratcheting

multiaxial no aluminio 7075.

7.2.1.
Determinacédo das propriedades do aco 1020 e aluminio 6351T6

Para determinar a resisténcia ao escoamento S, e aresisténcia ruptura S; foi
realizado um teste de tragdo. A partir dos dados obtidos da curva o, X £, foram
determinados os coeficientes H, h da curva o, X £, monotdnica do modelo de

encruamento da equacdo de Ramberg-Osgood.

Na Figura 7.1 apresenta-se a curva o, X &£, obtida no ensaio de tragdo tanto

para o ago 1020 quanto para o aluminio 6351T6.
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Figura 7.1 Curva 0, X &, (a) Aluminio 6351T6 e (b) Ago 1020

A partir da curva o, X €, apresentada na Figura 7.1 a) foi determinada a
resisténcia ao escoamento S, =310 MPa, E; =69,6 GPae S; =352 MPapara
o0 aluminio 6351T6. Para 0 aco 1020 (vide figura 7.1 b), tem-se S, =365 MPa,

Eao =210 GPae S; =542 MPa.
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Os coeficientes de encruamento da equacdo de Ramberg-Osgood monotonico

H e h s3o obtidos ajustando-se a uma reta os dados O X &, plotados em log-log,

como se apresenta na Figura 7.2 para o Aluminio 6351T6.

Log (Ac MPa)

2,57

2,55

2,53

2,51

2,49

2,47

2,45

Ajuste dos coeficientesH e h

y=0,055 x + 2,622 /
1
24 22 -2 1,8 -16  -14
Log(Agp)

-1,2

Figura 7.2 Ajuste do coeficiente H e do expoente h do Al-6351T6

A inclinacdo da reta ajusta e representa o expoente h = 0,055 e seu coeficiente

linear log(H) =2,622. Portanto, tem-se H = 420 MPa. Na Figura 7.3 apresenta-se

a curva o, X £, obtida no teste de tracdo e na curva monotbnica O, X &,

modelada pela equagdo de Ramberg-Osgood.
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Deslocamento &(%)
Figura 7.3 Curva monoténica do Al-6351T6
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Na Figura 7.4 apresenta-se o ajuste dos pardmetros de encruamento H e h para

os dados obtidos a partir da curva o, X £, para o ago 1020.

Ajuste dos coeficientesH e h

0.14x + 2.885

y

2.8

2.75

(edN oV) 607

2.55

-0.8

-1.4

-1.6

Log(Ae,)

(@

Curva Monotbnica o X €

(edIN ©) rewiou ogsua |

100} -~ -~

Deformagéo (%)

(b)
Figura 7.4 Curva monoténica do Aco 1020

A partir do ajuste apresentado na Figura 7.4 a) determinou-se o coeficiente de

0,14.

767 MPa e, o expoente de encruamento h =

encruamento H
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7.2.2.
Fluéncia ciclica (Ratcheting) uniaxial

Nesta secdo apresenta-se o comportamento do ago 1020 e¢ do aluminio
6351T6, submetido a um teste de carregamento ciclico com amplitude constante e
média diferente de zero para observar "ratcheting uniaxial". Na literatura, muitos
trabalhos t€ém mostrado que a maioria dos metais experimentam endurecimento ou
amolecimento para um niimero de ciclos antes de estabilizar, e demonstraram que
este comportamento tem uma forte influéncia na taxa de ratcheting sob
carregamento ciclico, em controle de carga, com carregamento médio diferente de
zero. Segundo Hassan e Kyriakides [46,47] recomendam submeter inicialmente o
corpo de prova macigo a um ensaio €N, sob controle da deformacdo, a baixa
frequéncia no minimo por 12 ciclos, para garantir que estabilizou. Este
procedimento ¢ feito com a finalidade de minimizar efeitos do encruamento
isotropico no fendmeno de ratcheting. Os ensaios foram realizados em corpos de

prova maci¢o com didmetro de ¢ =10 mm e comprimento de | =125 mm.
Segundo esta metodologia, os corpos de prova foram inicialmente submetidos a um

ensaio eEN em controle de deformacio (Ea =Ae/2=2 %) até obter lacos de

histerese elastoplasticos estabilizados (vide Figura 7.5).
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Figura 7.5 Lago estabilizado, sob o controle de deformagdo de Ae =% 2%
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Na Figura 7.5 mostra-se o lago de histerese do aco 1020 estabilizado, ap6s 20
ciclos, para uma amplitude de Ae == 2%. A linha mais clara representa o lago de

histerese simulado, e o ponto no eixo horizontal representa a deformagao residual.

Posteriormente, o corpo de prova € submetido a um carregamento ciclico com
amplitude o, =275 MPa ¢ uma carga média o,,=75 MPa, sob o controle de

carga, que inicia com uma deformac¢ao negativa devido a deformacao residual do

ensaio anterior, como se apresenta na Figura 7.6.
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Figura 7.6 Condicao inicial para o ensaio de ratcheting uniaxial

Na Figura 7.7 mostra-se o comportamento do fendmeno de fluéncia ciclica
(ratcheting) do aco 1020 para 50 ciclos. O sistema de controle da INSTRON ajustou
o valor do carregamento para manter constante a frequéncia do ensaio. A
deformagao de ratcheting aumenta a cada ciclo e, dependendo dos niveis de carga,
pode-se incrementar exponencialmente, até levar a falha em um numero

relativamente baixo de ciclos.
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Figura 7.7 Comportamento de fluéncia ciclica (ratcheting) do ago 1020.

Na Figura 7.8 apresenta-se o comportamento do fendmeno de ratcheting do

aco 1020 para 100 ciclos, onde a linha continua representa a curva obtida pelo

simulador, junto com os pontos obtidos experimentalmente. Mostra-se que o

simulador modela razoavelmente bem o comportamento do ratcheting uniaxial para

os 70 primeiros ciclos, adotando H=767 Mpa, hc=0,14, e be=10 no modelo de Jiang.

Tensao Axial ¢ (MPa)

400 ! ‘
lc 10c 30c 50c 70c 100¢h,. =10
300 ] § D=0
xi2’ =450
200 %"= 350
xi'® =250
100 |xi'7=100
. | xi'®= 65
x> =45
-100 u=22
\ i =1,65
-200 EREEEEE 1xi'?=0.1
1.5 0.5

Deformacéo Axial £ (%)

Figura 7.8 Lagos de histerese gerados por ratcheting uniaxial em ago 1020.
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Os coeficientes de ratcheting utilizados pelo simulador foram i = [ 450, 350,
250, 100, 65, 45, 22, 1.65, 0.1,0,0,0,0,0,0], ajustados levando-se em consideragao
as recomendagdes citadas por Jiang [48, 49], e utilizando M=15 superficies de

encruamento € escoamento.

Na Figura 7.9 mostra-se a taxa deformagdo de ratcheting & em fungdo do

numero de ciclos. A deformacao de ratcheting &, ¢é definida como a média entre a

deformacdo axial maxima e a deformagdo axial minima [50] a cada ciclo. A linha
continua representa a taxa de deformacao de ratcheting obtida pelo simulador, junto

com os pontos obtidos experimentalmente.
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Figura 7.9 Deformacao de ratcheting acumulada do a¢o 1020.

Na Figura 7.10 apresenta-se a taxa de variacdo da deformacdo de ratcheting

g em fungdo do ntimero de ciclos, a qual apds 250 ciclos convergiu para uma taxa
de u(€/)=0,008 %. A linha escura representa a taxa de deformagdo de ratcheting

experimental e a linha de clara a taxa de ratcheting simulada. Mostra-se que, apos
200 ciclos, a taxa de variacao da deformacao de ratcheting simulado ¢ maior que a

experimental.

124



0.035

I I I I I
| | | |
| o~ | 1
| [ S | | |
| | /I.\:, | I
| | | | |
| | W | | |
| | | | | T
i Sl o D o T Rt - ===
| | | | |
| R | |
| X | | |
| L~ | |
S Y I ”
| | 1] [IP= |
Lo oo L =__ (D
i T =N I
| | w [ =} | ,..w
| | | | |
| | ,nw | ,.n|.a
| | | | |
| | [ S ,m
| | W [R=
| | N~ |
I S S~ A A L2
| | | |
| | | |
| | I — |
| | ,m |
| | R |
| | D) |
| | | |
\\\\,\\\\,\\\\,.m \\\\\\\\\\\ [
| H |8 3 ”
| | |- < |
| | | % |
| | a3 2 |
| | | |
| | | |
| | | | = |
| + + | 1
[s2] [Te) [aN) [To} - [Te) o
=] S o < o o
S S [S] < o <
o o o
3

250

N° (Ciclos)

Figura 7.10 Taxa de deformacéo de ratcheting do agco 1020.

Um outro material utilizado para estudar o fendmeno de ratcheting uniaxial

foi 0 aluminio 6351T6. O corpo de prova inicialmente também foi submetido a um

1 %) , até obter-se o lago de

ensaio eN, sob o controle da deformagio (&, =Ag/2

histerese estabilizado (vide Figura 7.11)

(ediw) © ogsual

Deformagéo ¢(%)
Figura 7.11 Laco de histerese estabilizado do Aluminio 6351T6
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Na Figura 7.11, o ponto no eixo horizontal indica a tensdo residual apds obter

o lago de histerese estabilizado no ensaio €N.

Em seguida, o corpo de prova de aluminio foi submetido a um carregamento

ciclico, com amplitude de o, =263 MPa e cargamédia o,, =53 MPa, sob controle

de carga. Na Figura 7.12 apresenta-se a condi¢do inicial para o ensaio ratcheting
uniaxial do Aluminio 6351T6, onde os pontos representam o lago de histerese
estabilizado e a linha continua o lago de histerese gerado pelo carregamento
aplicado durante o ensaio de ratcheting uniaxial. A deformacéo de ratcheting inicia

a partir da deformacao residual &,y =0.3% (vide Figura 7.12)
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Figura 7.12 Condicao inicial para o ensaio de ratcheting uniaxial do Al-6351T6

Na Figura 7.13, apresenta-se o comportamento da deformagdo de ratcheting
nos primeiros 300 ciclos para o carregamento o =531261 MPa aplicado. A
deformagdo de ratcheting inicia a partir da € =0.3% residual e aumenta a cada

ciclo, até se estabelecer em uma deformagdo ratcheting &, =0.475%
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Figura 7.13 Ensaio de ratcheting uniaxial Al-6351T6 com G, =261 MPa.

Na figura 7.14 apresenta-se a cada ciclo o incremento de deformacao devido

a ratcheting para o carregamento aplicado. Apds 100 ciclos houve estabilizagdo,
0.48

sem gerar mais incremento de deformacao.

(%) * 3 Bunayorey oedew.oeq

300

N° de Ciclos
de ratcheting acumulada para o Al-6351T6

ao

Figura 7.14 Deformag

7.15 apresenta-se a taxa de deformagdo de ratcheting para o

A Figura

carregamento aplicado, que apods 100 ciclos convergiu para zero.

127



x 10°

10 1 1 1 1 1
I
A

€ 4 g =e(kt)—e (K)ot
s S
L l,x,“l' l“l!ll,l,”‘.l’.,l'l’lwl ! l,‘l.,l".,”Ll”L,
-20 50 100 150 200 250 300

N° de Ciclos

Figura 7.15 Taxa de deformagcéo de ratcheting para o, =261 MPa

Aumentou-se a amplitude do carregamento para o, =285 MPa e o

carregamento médio foi mantido constante. A Figura 7.16 mostra os lagos de

histerese durante o ensaio de ratcheting, onde pode-se observar que nos picos dos

lagos a deformacgao aumenta a cada ciclo.
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Figura 7.16 Ensaio de ratcheting uniaxial do Al-6351T6 com G, =285 MPa

Na Figura 7.17 mostra-se o incremento da deformagdo de ratcheting para o
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novo carregamento. A cada ciclo, a deformacao de ratcheting acelera até fraturar o

corpo de prova.

2.5

(%)

r
N
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Deformagé&o Ratcheting ¢
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Figura 7.17 Deformacao de ratcheting uniaxial acumulada

Na Figura 7.18, mostra-se a taxa de incremento da deformacao de ratcheting
g para o carregamento aplicado o=53+285 MPa, onde a taxa de deformagéo 8:

aumenta apo6s cada ciclo, até fraturar o corpo de prova.

0.5

0.4

N° de ciclos

Figura 7.18 Taxa de incremento da deformacao de ratcheting

7.2.3.
Fluéncia ciclica (Ratcheting) multiaxial

Nesta se¢do apresenta-se o comportamento do aluminio 6351T6, submetido
aum ensaio de ratcheting multiaxial, o qual consiste em submeter o corpo de prova

a uma carga trativa constante (perto da resisténcia ao escoamento) € uma tor¢ao
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ciclica com amplitude suficientemente grande para produzir deformagao pléstica a
cada ciclo. Os ensaios foram realizados em corpos de prova tubulares com didmetro

externo ¢, =10 mm, didmetro interno de ¢ =8.4 mm e comprimento | =140 mm

( vide Figura 7.19).

10 20 30 15 T
o T N o
= | Nl —
I i o
& i 5 ”
L I e
[Ty
B 0
o
& 102 ‘
| 140

Figura 7.19 Corpo de prova Tubular ratcheting multiaxial

Inicialmente determinaram-se as propriedades do aluminio, a partir da curva
o X € conforme se apresenta na Figura 7.20. Os ensaios de ratcheting multiaxial

foram feitos na MTT e as deformagdes (&,, €, e ¥,,) foram medidas pelo modulo

de correlagdo de imagens VIC-3D da Correlated Solutions.
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Figura 7.20 Determinacao das propriedades do Aluminio 6351Tx

No primeiro ensaio, o corpo de prova foi submetido a uma tensdo axial

constante (o, =430 MPa) e a um torgor de £10 N.m que gerou uma deformagao

cisalhante de y,, =+ 0,195% (vide Figura 7.21).

130



0.2

on5F----fp-V----41--J- AL f -

o1---J--"'"F---S--J) -t A

Deformacéo cisalhante Yy (%)
o

350

Numero amostas

Figura 7.21 Deformacéo cisalhante gerada pelo Torcor ciclico

A carga axial (0, =430 MPa) aplicada gerou uma deformagdo axial de
(¢,=0.61 %) que foi mantida constante, ao longo do ensaio, sem sofrer incremento

de deformacdo devido ao torcor ciclico, como apresenta-se na Figura 7.22.
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Figura 7.22 Comportamento da deformacgéo axial - Ratcheting multiaxial

O momento torgor ciclico aplicado gerou uma deformacdo cisalhante de

Yy =% 0,195%, sem gerar aumento da deformagdo axial, devido ao ratcheting

multiaxial, como se apresenta na Figura 7.23.
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Figura 7.23 Incremento da deformagcéo axial para 0, =430 MPae T =10 N.m

Ap6s o primeiro ensaio e ndo se tendo nenhum aumento de deformagao axial,
foi incrementado o momento torgor para T = £ 20 N.m, gerando uma deformacao

cisalhante de y,, =+ 0,4 %, como apresenta-se na Figura 7.24.
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Figura 7.24 Deformacdao cisalhante gerado pelo T = £20 N.m

Como esperado para esta maior carga, a deformagdo axial teve um incremento

a cada ciclo nos picos e vales da tensdo cisalhante aplicada (vide Figura 7.25).
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Figura 7.25 Incremento da deformacéo axial para T

40 axial incrementou-se até

Ap6s ter sido finalizado o ensaio, a deformag

g, =1.05 %, e logo ao fazer-se o descarregamento da tensdo axial, o corpo de prova

manteve uma deformagao axial residual de €, = 0.4% (vide Figura 7.25). Na Figura

7.26 apresenta-se o incremento da deformacao axial a cada ciclo nos picos e vales

da deformagdo cisalhante.

(%) *3 eixe oedewiopQ
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&o axial para 0, =430 MPae T =20 N.m

Figura 7.26 Incremento da deformag
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7.3.
Resultados experimentais do modelo de encruamento néo
proporcional

Nesta segdo, apresentam-se os resultados experimentais do modelo de
encruamento ciclico ndo proporcional para o aco inox 316 e o aluminio 7075.
Inicialmente foram realizados ensaios €N na maquina INSTRON-8501 para
determinarem-se os parametros de encruamento ciclico do material.
Posteriormente, foram realizados ensaios de encruamento ndo proporcional na
MTT, que consistem em submeter-se o corpo de prova tubular com diametro

externo ¢ge=14,9 mm e didmetro interno ¢i =12,8 mm a um carregamento ciclico

de tragdo-tor¢ao 90° fora de fase.

7.3.1.
Determinacao das propriedades do material

Para se determinar a resisténcia ao escoamento S, e a resisténcia a ruptura

S; foi realizado um teste de tragdo. Assim, a partir dos dados o, Vs €,

determinam-se os coeficientes H, h da curva ¢ vs € monotonica do modelo de

encruamento da equagdo de Ramberg-Osgood.

7.3.2.
Levantamento de propriedades Al-7075 e ago inox 316

A curva o€ ciclica ¢ obtida pela jungdo dos picos dos lagos de histerese
estabelecido para diversas gamas Ae testados sob controle de deformagdo. Deste

modo, ela pode ser também modelada pela equacdo de Ramberg-Osgood como

1/h,
A£=A—G+2.[AGJ 6.17)
E 2H,

Os parametros de encruamento ciclico He ¢ he da equacdo de Ramberg-

Osgood, foram obtidos de maneira similar da curva G vs €, ajustando-se a uma reta

os pontos Ao /2 X Ag/2 nos bicos dos lagos de histerese em log-log.

Na Figura 7.27 apresenta-se o ajuste dos coeficientes de encruamento ciclico

para o aluminio 7075, a partir dos lacos de histerese para diversos A¢.
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Figura 7.27 Ajuste dos parametros de encruamento ciclico do Al-7075

Na Figura 7.28, a linha mais clara representa a curva ¢ vs € ciclica do aluminio
7075, obtida com os valores de Hc e he, ajustados a partir de dados experimentais.
As linhas mais escuras representa os lacos de histerese estaveis para as diferentes

gamas A€ .
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Figura 7.28 Curva oX& ciclica do Al-7075 ajustando os bicos dos lagos.

135



Na Figura 7.29, apresentam-se os lagos AoXAg do Aluminio-7075, obtidos
pelo modelo de Ramberg-Osgood (as vezes chamado de lagos de Masing [51]) para
diferentes valores de gamas A& fixas e dado pelas linhas continuas. Os pontos

representam as curvas oXe obtidas experimentalmente para as mesmas gamas A €
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Figura 7.29 Lacos estabilizados do Aluminio 7075.

O modulo de elasticidade E do Aluminio 7075 é obtido da inclinacdo da curva

oXe na zona elastica. Ja o coeficiente de Poisson v ¢ obtido pela relagdo
V=-=¢, /€,. As deformagdes foram medidas através do equipamento de correlagio

de imagens VIC-3D da Correlated Solutions.

Na Figura 7.30 mostra-se a zona elastica da curva oXe, a partir da qual

determinam-se os valoresde Ee v.
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Figura 7.30 Determinac&o dos parametros E e v do aluminio 7075.

Um outro material de interesse para o estudo de encruamento ndo
proporcional ¢ o Aco Inox 316. Seus parametros de encruamento ciclico He e he da
equacdo de Ramberg-Osgood foram obtidos de maneira semelhante ao do aluminio
7075, ajustando-se os bicos dos lagos de histerese estabelecidos e plotados em log-

log auma reta Ao/2 X Ag/2, como se mostra na Figura 7.31.
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Figura 7.31 Ajuste dos parametros de encruamento ciclico do Ago Inox 316.
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Na Figura 7.32 apresenta-se a curva o x € ciclica do aco inox 316 dada pela

linha mais clara, e os lagos de histerese estaveis para as diferentes gamas A€ .
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Figura 7.32 Curva 0 X £ ciclica do Ago inox-316 ajustando os bicos dos lagos.

Na Figura 7.33, apresentam-se os lagos Ao Ae do ago inox 316, obtidos com
0 modelo de Ramberg-Osgood para os diferentes valores de gama Age (lagos de
Masing), e dados pelas linhas continuas. Os pontos representam os lagos de

histerese estaveis obtidos experimentalmente para as mesmas gamas A€ .
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Figura 7.33 Lacos estabilizados do Ago inox 316.
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Finalmente, o0 médulo de elasticidade E ¢ obtido a partir dos dados da zona

elastica da curva oxe e com o coeficiente de Poisson v obtido pela relagao
V=—8y/ E,, onde as deformagdes foram medidas pelo mdédulo de correlagdo de

imagens VIC-3D da Correlated Solutions. Na Figura 7.34 mostra-se a zona elastica

da curva oxe para o ago inox-316.
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Figura 7.34 Determinag&o dos pardmetros E e v do ago Inox-316.

Para se determinar S, e S, foi realizado um teste de tragdo. A partir dos

dados o, X ¢, determinam-se os coeficientes H, h da curva o, X £, monotonica

do modelo de encruamento da equacdo de Ramberg-Osgood.

7.3.3.
Encruamento ndo proporcional do Al-7075

Nesta secdo, apresentam-se os resultados experimentais do ensaio de
encruamento nao-proporcional para o Aluminio 7075, que consiste em submeter o
corpo de prova a uma carga trativa senoidal o(t)=0,.sin(wt) € a uma torgdo
defasadas de 90°, t(t) =1,.cos(w.t), onde T,=0,/ \/§ . Os ensaios de encruamento
ndo-proporcional foram feitos sob controle da carga e torque aplicados ao corpo de
prova. Suas deformagdes €,,€,,7Y,, foram medidos utilizando-se o modulo de

correlagdo de imagens VIC-3D da Correlated Solutions. Estes ensaios foram
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desenvolvidos na MTT no Laboratdrio de Fadiga da PUC-Rio.

O ensaio de encruamento ndo proporcional foi feito num corpo de prova

tubular com didmetro interno ¢ =12,8 mm, didmetro externo ¢, =14,9 mm e

comprimento de L, =140 mm, como mostra a Figura 7.35.

@125
31

P48

140

E?;«) =
4

Figura 7.35 Forma e dimensdes do corpo de prova - ensaio nao proporcional.

No primeiro ensaio, o corpo de prova de aluminio 7075 é submetido a uma

carga de tragdo o, (t)=146,5.sin(wt) MPa capaz de gerar uma deformagio axial
£,=0.2% e uma tensdo cisalhante 7, (t) =84,5.cos(at) defasada 90° com fator de

ndo-proporcionalidade F,; =1, que sempre gera encruamento nao-proporcional.
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Figura 7.36 Ensaio EN do Al-7075 com &, =0.2% a) laco histerese o,vs &,, b) lago

histerese 7, Vs 7, , c) trajetoria das tensbes O, Vs Txy\/g , d) trajetoria de deformagéo

£,VS }/Xy/ﬁ.

gerada pela carga axial. A

Na Figura 7.36 a) apresenta-se a curva o, X &,

, € circulos representam a curva

linha s6lida representa a curva obtida pelo simulador
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tensdo-deformacdo obtidos experimentalmente na MTT; na Figura 7.36 b)

apresenta-se a curva 7, vs 7, gerada pelo momento torgor, onde a linha sdlida

representa a curva obtida pelo simulador e os circulos a curva obtida
experimentalmente. Na Figura 7.36 ¢) apresenta-se a trajetoria gerada pelas tensoes
aplicadas ao corpo de prova, com pequenas oscilacdes na curva obtida, devido as
ndo-linearidades da MTT. Esta historia de carregamentos sera utilizada,

posteriormente, no simulador com o objetivo de gerar as curva de deformagdo.
Finalmente, na Figura 7.36 d) apresenta-se a trajetoria de deformagdo €,Vs 7, / NG

onde a linha sélida representa a trajetoria de deformacgédo gerada pelo simulador e
os circulos representam a trajetoria obtida experimentalmente no ensaio. Pode-se
observar que o ensaio de encruamento nao-proporcional do aluminio 7075 para uma
deformacédo de € = 0.2% ndo apresenta encruamento ndo-proporcional ¢ mantém-

se uma trajetoria de deformac@o constante ao longo do ensaio.

Na figura 7.37 apresentam-se os resultados do ensaio de encruamento nao-
proporcional do aluminio 7075 para outro par de carregamento que gera uma

deformacdo axial maxima de 0.4 %.
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Na Figura 7.38 apresenta-se a trajetoria de deformacao dos dois ensaios de
encruamento NP apresentados anteriormente. Pode-se observar que nos dois
ensaios a trajetoria de deformagdo mantém-se constante e ndo apresenta
encruamento NP. Isto se da devido que as ligas de aluminio apresentam alta energia
de empilhamento de falhas ¢ discordancias pouco espagadas, nas quais as bandas
de deslizamento cruzadas ocorrem de maneira natural mesmo sobre historia de

carregamento proporcional. Portanto, ndo apresenta diferenca no encruamento NP.

Deformacéo Cisalhante efetiva y Xy/sq(3) (% ¢)

04 03 02 01 0 01 02 03 04
Deformagao Axiale (% )

Figura 7.38 Trajetoria de deformacdo &£,VS 7, /\/5 no ensaio NP do aluminio 7075

para uma deformacdode £, =0.2% e £, =0.4 %

7.3.4.
Encruamento nédo-proporcional Agco Inox-316

O outro material utilizado nos ensaios de encruamento nao-proporcional foi
0 aco inox-316, que seguiu o mesmo procedimento do ensaio anterior, o corpo de
prova tubular sendo submetido a uma historia de carregamentos nao proporcionais,

sob controle de tensdo. O corpo de prova tubular utilizado no ensaio tém didmetro
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interno de ¢ =12,8 mm, didmetro externo de ¢, =14,9 mm e comprimento
L, =140 mm (vide Figura 7.35). Suas deformagdes €,,€,,7,, geradas durante o

ensaio foram medidas utilizando o modulo de correlagdo de imagens VIC-3D da

Correlated Solutions.

As tensdes axiais utilizadas no ensaio foram determinadas considerando-se a
curva dos lagos de histerese estabelecido do ago inox-316 e apresentados na Figura
7.33, tomando-se como referéncia uma deformagdo axial desejada. A tensdo
cisalhante determina-se a partir da tensdo axial, definida como a tensdo que produz
a mesma tensao de Mises, que a tensao axial sob tracao pura. Assim, para o primeiro

ensaio escolheu-se uma tensdo axial o, (t)=200.sin(awt) MPa capaz de gerar uma
deformagdo axial €, =0.1% e uma tensdo cisalhante 7, (t)=115.cos(wt) MPa,

defasadas 90°, gerando-se uma historia de carregamentos ndo proporcionais sobre

o corpo de prova, conforme se apresenta na Figura 7.39 a).

Na Figura 7.39 b), apresenta-se a curva o, x €, obtida no ensaio, onde a linha

continua representa a curva obtida no simulador e, os circulos representam a curva
obtida experimentalmente, ao longo do ensaio. A deformagdo maxima obtida foi

Ag, .. /2=0.11%, com um comportamento linear elastico e sem encruamento. A

Figura 7.39 c) apresenta a curva 7, X 7,/ V3 , a linha continua representa a curva

obtida no simulador e os circulos a curva obtida experimentalmente ao longo do

ensaio. A deformagdo cisalhante maxima obtida foi de Ay, /2=0.19% e o

comportamento foi linear elastico sem encruamento.

A Figura 7.39 d) apresenta a trajetoria de deformagao &, x 7, /3 obtida ao

longo do ensaio, onde a linha continua representa a trajetéria de deformacao obtida
no simulador para a histéria de carregamentos ndo-proporcionais e, os circulos
representam a trajetoria de deformacdo obtida experimentalmente no ensaio.
Observa-se que a historia de carregamentos nao-proporcionais escolhidos no

primeiro ensaio ndo gera encruamento no material.
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d) Trajetoria da Deformacéao
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Figura 7.39 Ensaio EN do Inox-316 com &, =0.1%, a) trajetéria das tensdes

0.15

o, Vs Txy\/g, b) lago histerese O, Vs &,, c) laco histerese 7, vs ¥, , d) trajetoria de

deformagdo £,VS 7, / V3.

Para o segundo ensaio, escolheu-se outro par de carregamentos ndo-

proporcionais para uma deformagdo axial &, ,=0.25%, considerando-se como

referéncia os lagos de histerese estabelecidos do ago inox-316 (vide Figura 7.33).

Portanto, no segundo ensaio escolheu-se uma tensdo axial de o, (t) =300.sin(w.1)

MPa, capaz de gerar uma deformagdo axial € =0.25% e sua correspondente

tensdo cisalhante 7, (t)=173.cos(@t) MPa, defasadas 90°, gerando-se uma

histéria de carregamentos nao-proporcionais, como mostra a Figura 7.40 (a). Na

Figura 7.40 (b) apresenta-se a curva o, X £ obtida no ensaio para 0s novos

carregamentos. Mostra-se que no primeiro ciclo foi gerada uma deformacao axial
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maxima de Ag,, /2=025% e, apds 12 ciclos, estabeleceu-se para uma

deformacao axial de Ae/2 = 0.215 %.

Ja na Figura 7.40 (c) apresenta-se a curva 7,, X 7,/ V3. No primeiro ciclo,
obteve-se uma deformagéo cisalhante maxima de Ay, /2=0.434% e em seguida

houve encruamento a cada ciclo. Apds 12 ciclos estabilizou-se em uma deformacéo

cisalhante de Ay, /2 = 0.364 %.

Na Figura 7.40 d) apresenta-se a trajetoria de deformag@o &, -y, / V3 obtida

experimentalmente na MTT. Na Figura 7.40 ¢) apresenta-se a trajetoria da
deformacao obtida através do simulador para a historia de carregamentos NP real
obtida experimentalmente. Na Figura 7.40 f), a linha continua representa a trajetoria
de deformacdo estabilizada obtida pelo simulador, ¢ os circulos os obtidos

experimentalmente no ensaio.
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f) Trajetoria da Deformacéao
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Figura 7.40 Ensaio EN do Inox-316 com &, =0.25%, a) trajetéria das tensdes
O'X—wa/g, b) lago histerese o, — &, , c) laco histerese Tw—}/xy, d) trajetéria de
deformacéo experimental £, —7,, /\/5 , €) trajetoria de deformacdo simulada

E Yy /\/§ , ) trajetéria de deformacéo estabilizada, experimental e simulada.

A partir das trajetorias estabilizadas, pode-se afirmar que o simulador modela
razoavelmente o fendmeno de encruamento NP, ja que ambas as curvas

estabilizam-se numa deformacdo de (Ae/2 = 0.215%).

Na Figura 7.41 (a) apresenta-se o comportamento da deformagdo axial

maxima Ag, /2 dos lagos de histerese ao longo do ensaio. Por outro lado, na Figura
7.41 (b) apresenta-se o comportamento da deformagéo cisalhante maxima Ay, /2

ao longo do ensaio. Além disso, pode-se observar que o ago inox-316, submetido a
uma histéria de carregamentos ndo-proporcionais que geram deformagao plastica,

apresenta o fenomeno de encruamento nao-proporcional, e apds 12 ciclos estabiliza
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em uma deformagdao menor.
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Figura 7.41 a) Encruamento NP da deformacdo axial £, e b) encruamento

NP da deformagio cisalhante y,, /3.

Para o terceiro ensaio, escolheu-se outro par de carregamentos NP, capaz de

gerar uma deformagdo axial Ag, /2 = 0.31% . Assim, na Figura 7.42 a) apresenta-
se a trajetoria de tensdo gerada pela tensdo axial o, (t)=342.sin(wt) MPa e a
tensdo cisalhante 7, (t)=200.cos(wt) MPa escolhida. Na Figura 7.42 (b)
apresenta-se o lago de histerese o, x €, sobre o controle de tensdo obtida no ensaio.

Mostra-se que no primeiro ciclo o corpo de prova experimentou uma deformacao

axial Ag,/2=0.31%, e foi encruando a cada ciclo até se estabilizar em
Ag, /2 = 027 %.

A Figura 7.42 (c) apresenta a curva 7, X ¥,/ V3. No primeiro ciclo obtém-
se uma deformag@o cisalhante maxima de Ay, /2 = 0.54 % que experimenta
encruamento a cada ciclo, prosseguindo até 12 ciclos, onde se estabiliza em uma
deformagdo cisalhante Ay, /2 = 0.435 %.

Na Figura 7.42 d) apresenta-se a trajetoria de deformagéo &, x 7,/ /3 obtida
experimentalmente na MTT e a Figura 7.42 e) apresenta a trajetoria de deformacao

Ex X V! J3 obtida pelo simulador para a histéria NP medida no ensaio. Na Figura
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7.42 f) apresenta-se a trajetoria de deformagdo &, x 7,,/~3 estabilizada, onde a

representa a trajetoria obtida pelo simulador e a obtida

linha continua

, ao longo do

ao

experimentalmente na MTT. Assim, as trajetorias de deformag

ensaio, apresentaram o fendmeno de encruamento NP e convergem para uma

0.26% .

deformacédo de Ae/2
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Trajetoria da Deformagédo Simulado
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E Yy /\/5 , ) trajetoria de deformacéo estabilizada experimental e simulado.

Trajetoria da Deformacgao Estabilizado
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o
'_\
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Deformacao Axiale (% ¢)

Figura 7.43 Trajetéria de deformagéo £,VS Yy /\/5 no ensaio de encruamento NP do

Aco inox-316 com £, =0.1%, £, =0.25% e £, =0.31%.

Na figura 7.43 mostram-se as trajetorias da deformacao, estabilizadas para as

historias de encruamento NP, no ensaio de encruamento NP.

Na figura 7.44 mostra-se que no primeiro ensaio (1) o material ndo apresenta
encruamento, entretanto, no segundo (2) e terceiro (3) ensaio o material apresenta
encruamento NP. Isto acontece devido ao aco inox-316 apresentar encruamento NP,

por sua baixa energia de empilhamento de falhas e discordancias bem espagadas,
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onde as bandas de deslizamento geradas pelas histdrias proporcionais sdo sempre
planas. Nestes materiais, os carregamentos NP geram bandas de deslizamento
cruzadas em diversas dire¢des, gerando-se encruamento no material. Este fendmeno

ndo ocorre para €, =0.1% porque o comportamento ainda era linear elastico.

Trajetoria da Deformacéo

0.3

w
QQ/ 0.2
D
O
v
2 01

Deformagéo Cisalhante efetiva y

Deformacéo Axial « % ¢)

Figura 7.44 Trajetoria de deformacdo £,VS 7, /\/g no ensaio de encruamento NP do

Aco inox-316 com £, =0.1%, €, =0.25% e £, =0.31%
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8.
Conclusdes e Trabalhos Futuros

8.1.
Conclusodes

No presente trabalho foi desenvolvida uma maquina tragdo-tor¢do, com
atuadores eletromecénicos que geram cargas axiais na faixa de = 200 kN e torque
na faixa de + 1300 N.m. Esta maquina permitiu avaliar experimentalmente modelos
de plasticidade incremental que modelam fendmenos tais como ratcheting

multiaxial e encruamento NP.

Desenvolveu-se, também, uma célula de carga e torque de baixo custo para
ensaios de fadiga multiaxial tracdo/tor¢cdo, com carregamentos na faixa de + 200
kN e torque na faixa £ 1300 N.m. O transdutor foi usinado em um torno CNC pela
complexidade do perfil de seus entalhes, os quais foram otimizados, visando
minimizar-se o fator de concentra¢do de tensdes € aumentar, assim, sua vida a
fadiga até 240 milhdes de ciclos. O material escolhido para a estrutura do LTC foi
uma liga de ago 4340, devido a sua facil usinagem, pouca distor¢do e boa resposta
ao tratamento térmico. As configuracdes dos extensOmetros para formar as
conexdes da ponte Wheatstone de tragdo e tor¢do levaram em consideragdo a
compensagdo das cargas excéntricas, os efeitos de temperatura e a influéncia da

tor¢do nas medicoes de tragdo e vice-versa.

Implementou-se uma técnica PID Siding Control para o controle de trajetoria
da forga e/ou torque, aplicados ao corpo de prova. Esta técnica de controle néo-
linear conseguiu superar as nao linearidades do sistema, tais como atrito, backlash

e zona morta, como foi apresentado nos resultados experimentais.
A independéncia dos lacos de controle de forca e torque, e sua robustez a

perturbagdes, permitiu controlar a trajetéria da historia de carregamentos

complexos requerida pelos ensaios.
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O controle de torque apresentou maior incerteza devido a excessiva rigidez
da MTT, gerando grandes variagdes do torque causadas por pequenas variagdes na
rotacdo do motor. Para atingir estas pequenas variagdes no torque € necessario
micro rotacdes, com uma caixa de redugcdo com maior razdo de reducdo, ou

flexibilizacdo do sistema eletromecéanico.

Os motoredutores do atuador de torgdo apresentaram problemas de
aquecimento para os ensaios com grandes gamas de torque (acima de £ 200 N.m )
e apos 6 horas de ensaio. Este problema se da devido a elevada corrente requerida
pelo motor para alcancar o torque desejado, e pelos pequenos deslocamentos
angulares do eixo do motor para se atingir o torque desejado. Ficando, assim,

praticamente travado durante quase todo o ensaio.

As medi¢bes das deformagdes nos ensaios foram feitas utilizando-se um
moédulo de correlagdo de imagens VIC-3D da Correlated Solutions, o qual é
sensivel a vibragdo, motivo pelo qual devemos tomar cuidado com a vibracdo da
MTT gerada pelos motores nos pontos de inversdo (pico e vale da historia do

carregamento).

O alinhamento da MTT ¢ um aspecto importante a levar em consideragao para
se evitar problemas de flexdo indesejados no corpo de prova e/ou flambagem,
invalidando o ensaio. Além disso, verificar ¢ ajustar a calibragdo dos transdutores

no inicio do ensaio ¢ fundamental para a obtencao de medi¢des confiaveis.

A representacdo 5D da tensdo e deformagao ¢ altamente recomendada, ja que
reduz a dimensionalidade das relagdes tensdo-deformacao a partir de 6D para 5D.
Em corpos de prova sem entalhes, submetido as historias NP tragdo-tor¢do ou
uniaxial, pode-se utilizar um subespacgo 2D ou 1D respectivamente da representagdo

5D.

Finalmente, o simulador desenvolvido para modelar o comportamento dos

modelos de plasticidade incremental, modela satisfatoriamente os fenomenos de

160



encruamento NP e ratcheting uniaxial e multiaxial para cargas reais, desde que

ajustados corretamente aos pardmetros do simulador para o material testado.

8.2.
Trabalhos Futuros

Como sugestdes para trabalhos futuros na continuacdo desta tese, pode-se

apontar:

Ampliar a modelagem da dinamica da maquina tragdo-tor¢ao, a qual devera
considerar a modelagem do corpo de prova, transdutores, e as ndo linearidades do
sistema eletromecanico tais como: folgas, zona mortas, atrito, etc. O ajuste do
modelo ao comportamento real da MTT permitira o projeto e avaliacdo de novas

técnicas de controle.

Implementacdo de novas técnicas de controle para o controle de torque capaz
de lidar com as nao linearidades e a excessiva rigidez da MTT. A implementacao
de técnicas de controle mais robustos permitird realizar ensaios multiaxiais com

historia de carregamentos NP complexos.

Analisar o projeto da MTT e incorporar componentes que permitam aumentar
sua flexibilidade principalmente na tor¢do. Este aumento da flexibilidade ajudaria
melhorar o controle de torque e evitaria os problemas relacionados com o

aquecimento dos motorredutores.

Avaliagdo experimental de novos modelos plasticidade incremental tais
como, encruamento cinematico, encruamento NP, ratcheting multiaxial, tensdo
média de relaxamento. Além disso, ensaios de iniciacdo de trinca sobre historia de
carregamento NP, a avaliagdo experimental do fator de intensidade de tensdo e a

avaliacdo da vida a fadiga multiaxial.
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Apéndice A

Al
Determinacéo da forca e momento da MTT

A MTT foi projetada para trabalhar com uma capacidade maxima de 25 kN
na tracdo. Entretanto, o torcor maximo requerido pelo sistema ¢ determinado
baseado no critério de maxima tensdo cisalhante, que ¢ capaz de produzir o mesmo

efeito num corpo de prova na tragdo pura quanto na tor¢ao pura.

Para determinar o momento tor¢or T, escolhe-se um corpo de prova tubular
de parede delgada, dado que as tensdes, devido a tor¢ao, variam linearmente com a
distancia ao centro, conforme expresso na Equacdo (A.1). Assim, o perfil de tensdes
no corpo de prova tubular pode-se considerar quase constante como se representa

na Figura A.1.
1=G.y=G.p.0 (A1)

onde, G ¢é o modulo de elasticidade de cisalhamento, ¥ é a deformacdo de

cisalhamento (rad.), 0 ¢ o raio medido do centro e 8 ¢ a razdo de torgao.

7. T,

[y |

(a)

Figura A.1 Tenséo de cisalhamento a) tubo circular e b) eixo circular em tor¢éo

A carga maxima trativa sobre o corpo de prova (CP) tubular gera uma tensao

de escoamento S. e uma tensdo de cisalhamento 7. Logo, segundo o critério de

maxima tensdo cisalhante, o sistema deveria gerar o mesmo efeito tanto na tragdo
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quanto na tor¢do, portanto ¢ a mesma tensao cisalhante representada pela equagdo

(A.2)

S—k (A2)

2

Na tor¢ao pura, a tensdo de cisalhamento T induzida sobre o corpo de prova

¢ dada por

T= - (A3)

onde T ¢ 0 momento torgor em tor¢do pura, J é o momento polar de inérciae p ¢

o raio médio do CP.

Utilizando a equagdo (A.2) e (A.3) pode-se determinar o valor do momento
torgor maximo T requerido pelo sistema, dado por

_SgJ
2.0

T (A4)

Assuma um corpo de prova tubular de ago com D, =25 mm, com uma tensdo

ao escoamento S. =1400 MPa, como mostra-se na Figura A.2.

Di t De

Figura A.2 Corpo de prova de tubular

O valor de D, calcula-se a partir da carga maxima e do ponto de escoamento,

pela equagdo (A.S).

D; = |D. - (A.5)

.S

Substituindo-se os valores de P, S. e D, nas equagdes (A.4) e (A.5) tem-se

7S.(D,'-D*)
32.D,

=1278 N.m

D =20 mme T=
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Portanto, a maquina tragdo-tor¢ao gera uma carga trativa maxima de P =250

kN ¢ um momento tor¢gor maximo de T =1300N.m

A2
Analise darigidez axial e torsional da MTT (biaxial)

Nesta secdo apresenta-se a analise da rigidez axial gerada pela carga axial e
pela rigidez torsional devido ao momento torcor. A rigidez ¢ a resisténcia de um
corpo so6lido ou componente estrutural para suportar tensdes sem gerar deformacéo

ou deslocamentos muito grandes.

A MTT ¢ projetada para trabalhar na zona elastica. Portanto, pode-se utilizar
o método de superposicdo para estudar os efeitos da carga trativa e o momento

torg¢or, como apresentado a continuagdo.

A2l
Calculo darigidez axial

A rigidez axial de uma viga ou componente estrutural ¢ a medida de sua
capacidade de resistir as tentativas de alongamento ou encurtamento através da

aplicacdo de cargas ao longo de seu eixo e dado por:

P E.A
K, =—==2""~ A.6
T8 L (A.6)

onde A representa area de sua se¢do transversal, E o méddulo de elasticidade, do

deslocamento na dire¢do axial e L seu comprimento.

A21.1
Calculo analitico

Para o célculo analitico da rigidez utiliza-se o modelo simplificado da MTT,
o qual se constitui como um poértico com duas vigas AB e CD e duas colunas AC ¢

BD, como se apresenta na Figura A.3.
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Ee, Ic

Ev, It

%
1 A

Figura A.3 Modelo simplificado da MTT

A Figura A.3 apresenta um caso de viga Hiperestatica, e para o calculo das
deformagdes ou deslocamento pode-se aplicar o estudo de porticos e quadros.
Portanto, neste caso, tem-se um portico simetricamente carregado no meio das vigas
AB e CD. Logo, a forma deformada do portico devido a carga trativa aplicada

apresenta-se na Figura A.4 pela linha tracejada.

A R
-
’I\\K_l_// \
I Ev,Iv Ec Ic
’ b
: 0
I |
E I| I
c, e |
\‘p !
! Ev, L /I
e
c L I v D

Figura A.4 Modelo deformado da MTT pela forca trativa

Nos extremos das vigas AB e CD aparecem os momentos M1 e M
respectivamente, como mostrado na Figura A.4, os quais se opdem ao giro dos
extremos em ditas vigas e representam a acdo das colunas sobre as vigas
horizontais. Neste caso, consideram-se os momentos M1 ¢ M como as unicas
ligaduras hiper-estaticas existentes no modelo. Portanto, podem-se determinar sem

dificuldade as deflexdes do modelo simplificado da MTT.
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1 -~
Bs G

Figura A.5 Separacéo das vigas e colunas da MTT submetidas a tragéo

Na Figura A.5 pode-se observar que nos extremos A, B, C ¢ D temos unides
rigidas entre as vigas e as colunas. Assim, o giro no extremo esquerda da viga

horizontal CD deve ser igual ao giro do extremo inferior da coluna AC,

representado pela equacdo (A.7).
0, =01 (A7)

De modo Similar, o giro do extremo esquerda da viga AB deve ser igual ao

giro do extremo superior da coluna AC, como se da na equacao (A.S8).
0, =05 (A.8)
O valor de 6,, determina-se como a rotagdo gerado pela for¢a P e a rotagdo

no sentido contrario, dado o momento M na viga CD, o que ¢ determinado pela
equacao (A.9).
(A.9)

oo ML  PL
=2 FE. I, 16.E..,

onde, E, ¢ o modulo de elasticidade da viga, |, ¢ o momento de inércia e L seu

comprimento.
De semelhante modo, o angulo de rotagdo &, ¢ gerado pela forga P e pelo

momento M, sobre a viga AB, conforme apresentado na equagdo (A.10).
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P.L? ML

0, =
16.Ey.0, 2.E,.l,

(A.10)

Por outro lado, o angulo de rotagdo 8 e 6, é gerado pelos momentos M e

M, aplicados sobre a coluna AC ¢ expresso pelas equagoes (A.11) e A(.12).

o - MH_ | MiH (A1)
3.Ec.le  6.Ec.I

, MH Mp.H
0 = + (A.12)
6.Ec.I.  3.Ec.l¢

onde E_, | sdo o mddulo de elasticidade, o momento de inércia € 0 comprimento

c

da coluna, respectivamente.

Determina-se M e M, , substituindo-se as equagdes de (A.9), até (A.12) na
equagdo (A.7) e (A.8).

2
L S VOO . S VRS 12 (A.13)
2.Ey.ly  3.Ec.l. 6.Ec.I¢ 16.Ey.Iy

2
LEEN [V R RS | S [PV P L (A.14)
6.E..I, 2.E.1,  3.E..l 16.E.1,

Resolvendo o sistema de equacdes se obtém:

Mo PL 1 (A.15)
8 ', HEyI
L.Ec.I,

=k L (A.16)
8 (|, HEyIy
L.E..L

Assim, pode-se concluir que, dado a simetria da MTT, o valorde M e M, sdo

iguais. Ao se Conhecer os momentos, pode-se construir o diagrama de momentos
fletores como se mostrado na Figura A.6, onde as rea¢des verticais e horizontais

nos extremos A, B, C e D so obtidas pelas equagdes de equilibrio estatico.
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Figura A.6 Diagrama de momentos fletores da MTT

A partir da Figura A.6 pode-se determinar a deflexdo ou o deslocamento que
se experimenta tanto nas vigas, como nas colunas. Na viga AB apresenta-se o maior
momento fletor no seu ponto meio. Portanto, estd ¢ a zona onde que apresenta a

maior deflexdo e se da pela equagdo (A.17).

Oy AB=————— (A.17)

De modo semelhante, na viga CD a maior deflexdo ¢ no seu ponto meio, e

se da pela equacdo (A.18).

6.M.L2 —P.I}
5 _ oML -PL A18
YD TR EL I, (A-18)

onde P ¢ a forca maxima aplicada, M o momento gerado nos extremos da viga,

E,I,L sdo o modulo de elasticidade, o momento de inércia € o comprimento da

viga, respectivamente.

Por outro lado, as colunas AC e BD apresentam deflexdo na diregdo " X"

causada pelo momento fletor M, e na diregdo "y" causada pela forca de trativa P.

Entdo, as deflexdes nas colunas sdo determinadas por

- 2.Ec .Ic '
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P.H
Ac-Ec

8y ac= (A.20)

onde M é o momento gerado nos extremos da coluna, E_,I_,A,H sdo o médulo

c>'co
de elasticidade, momento de inércia, a area e o comprimento da coluna,
respectivamente.
A deflexdo total da madquina MTT ¢ dada pela suma das deflexdes das vigas

e das colunas. Portanto, as deflexdes totais sdo dadas por:

Oy =8y _ACc+0y_AB—Oy (D

PH P.I3 + 6.M.L2

Sy = A21
Y T AcEc | 24Eyly (A-21)
dx =0x_AC+OX_BD
M.H.(H-1
Ox = MHMH-D (A.22)
Ec.l,

A maquina MTT ¢ constituida de duas vigas de comprimento L =710 mm e
de uma seg¢@o transversal quadrada, de altura h=250 mm e de largura b=260 mm

com duas colunas de didmetro D =75 mm e comprimento H, cujo valor determina-
se pelo comprimento mais longo do corpo de prova |C a ser usado, o comprimento
das garras |g (tomando como referéncia as garras da Instron 8501) e a altura da
viga h.

H=l.+2l;+h (A.23)

Assim, para 1, =150 mm 1g =250 mm, tem-se o valor de H=900 mm, as

vigas e colunas sdo de ago com E = E, =200 GPa modulo de elasticidade. O valor

da rigidez axial da maquina MTT ¢ dado pela equagéo (A.6).

Deflexao superior:

Oy =0y ac Oy 4 O, =1,548.10"  m

sup
Deflexdo inferior:
Bur =8y 8, =—2,746.10° m

1
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Deflexao total:

8Total = 8sup _8inf 8'I‘()tal :1,822.10_4 m
Rigidez axial da maquina MTT
K, = P _ 2500004 Ka _137 MN/m
STM 1,822.10

A.21.2
Calculo utilizando Ftool.

Os célculos das deflexdes do modelo simplificado da MTT foram avaliadas

utilizando-se o software Ftool, com o proposito de verificar os calculos analiticos.

250.0 kN

I © o EEEm———070m
< 0.70m 3 o

w asa
W0
W osa
W osa

-:—ua-s.rr.g
e e nzsm
i
a (b)

Figura A.7 (a) Modelo simplificado da MTT no Ftools e (b) deflexdo da MTT, devido a
carga trativa

Na figura A.7 (b) apresenta-se o0 modelo deformado da maquina MTT devido
a carga trativa no software Ftool. Os calculos foram realizados para as mesmas
dimensdes e cargas utilizadas no calculo analitico e os resultados sdo os seguintes:

Deflexdo Superior:

|I Displ. at local pos.: x =0.00m L=0.34 m - Dx: -1.152e-002 mm Dy: -1.537e-001 mmn
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O, = 8Y_Ac + 8Y_AB

sup

Deflexao inferior:

8, =—1,537.10"  m

‘I Displ. at local pos.: x =0.00m L=0.35m - Dx: 1.021e-006 mm Dy: 2.598e-002 mm

Deflexdo total:

o, —0

8Total = sup inf

Rigidez axial da maquina MTT:

P 250000

“ 8y 1,797.107

A.2.1.3
Calculo utilizando ansys.

8, =2,598.10° m

8, =1797.10" m

K,=1391  MN/m

Os calculos das deflexdes do modelo simplificado da MTT também foram

avaliados utilizando o software Ansys, com o proposito de verificar os calculos

analiticos e do Ftool. Na Figura A.8 apresenta-se o modelo deformado da MTT no

software Ansys.

(a)

MTT, devido a carga trativa

(b}

Figura A.8 Simulagdes do modelo simplificado da MTT (a) Tensao e (b) deflexdo da

Na Figura A.9 apresenta-se o modelo deformado da maquina MTT na direcdo
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"y" devido a carga trativa.

Os calculos foram realizados para as mesmas dimensdes e cargas utilizadas

no calculo analitico e no Ftool e os resultados foram os seguintes:

Figura A.9 Deformagéo na dire¢éo "y" do modelo simplificado da MTT no Ansys

Deflexao Superior:

Deflexao inferior:

Deflexao total:

o, —0

sup inf

8Total =

Rigidez axial da maquina MTT:
P 250000

* 8y 1,724.107
A2.2

8, =—1,384.10" m

8..=33989.10" m

8., =72410" m

K, =149  MN/m
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Célculo darigidez torsional

A rigidez torsional de uma viga, ou componente estrutural, ¢ a relacdo entre
0 momento tor¢or aplicado no extremo e o angulo girado mantendo fixo o outro

extremo.

T GJ
Ki=—=— A.24
iy (A.24)

onde T ¢ o momento torgor, € o angulo de rotagdo e G,J,L sdo o moddulo de

elasticidade ao cisalhamento, o momento polar de inércia e o comprimento,

respectivamente.

A221
Célculo analitico.

Para o calculo analitico da rigidez torsional, sobre o modelo simplificado da
MTT, aplica-se 0 momento torcor maximo T =1300 N.m, conforme se apresenta

na Figura A.10.

Ev, Iy
"1, )
2 /N D

Figura A.10 Modelo simplificado da MTT sobre Torgéo

A Figura A.10 apresenta um caso de viga estatica sobre a qual se aplica um

torcor e para sua analise, utiliza-se o estudo dos porticos e quadros.

A forma do portico, depois da deformagéo pela agdo do momento torgor T ,

¢ representada pela linha laranja, como se apresenta na Figura A.11.
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Ec, Ic

Figura A.11 Modelo deformado da MTT pela Torgéo.
O momento torgor T gera forgas nos extremos das vigas AB e CD, que se

opoem ao giro dos extremos das vigas e representam, a agdo das colunas sobre as

vigas horizontais. Na Figura A.12 mostra-se somente a metade do modelo pela

Ko P L

Torcor Evlv

simetria.

F1

Ee, Ic

Figura A.12 Separacgéo das vigas e das colunas da MTT submetido a tor¢éo.

Portanto, conhecendo-se as forcas Fi1 e F2 pode-se determinar, sem
dificuldade, as deflexdes e as rotacdes geradas pelo torcor T sobre o modelo

simplificado do MTT, através da simetria, F = F, =F,, dado por:
T
F=— A.25
0 (A.25)

onde L ¢ o comprimento da viga.

Na Figura A.13, apresenta-se o deslocamento do extremo B e D da coluna
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BD, deslocando-se o extremo B para dentro do plano e C para fora do plano, na

diregdo de z, e o deslocamento ¢, das colunas ¢ dado por:

5=

|
|
I

Figura A.13 Deslocamento dos extremos da MTT submetido a torgéo.

3 3
F (H F.H
max = ————— | = | = A.26

M 3B (2) 24.E..1, (A.26)

onde H é o comprimento da coluna, E_, |, sdo o modulo de cisalhamento e o

momento de inércia da coluna.

O deslocamento &, na dire¢do z devido ao momento tor¢or T, induz nos

extremos da coluna uma rotagao da viga AB e CD apresentado na Figura A.14.

Figura A.14 Rotagao da viga AB e CD da MTT submetido a torgdo.

Os angulos de rotacdo 0 calculam-se pela equacdo (A.27).

0=2.01 (A.27)
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. (5 zj
onde ¢ = arcsin I_

Entdo, a rigidez torsional da maquina MTT (para as mesmas dimensdes
utilizadas para o célculo da rigidez axial)¢ calculada utilizando as equagdes (A.24)
até (A.27) como segue.

Pela simetria, o deslocamento no extremo A ¢ igual ao deslocamento no

F (HY
extremo C, calculada pela equagéo (A.26), como % = 3E (7j =1.917 mm.

Assim, tem-se, d z=3,8 mm. A partir do valor de dz obtém-se o valor do dngulo
de rotacdo como #=0,619 ° e, finalmente, a rigidez torsional da MTT como

K; =117,44 kN.m/rad.

A222
Calculo utilizando Ansys.

Os calculos da rigidez torsional no modelo simplificado da MTT, também
foram avaliados utilizando-se o software Ansys, com o proposito de verificar os
calculos analiticos. Na Figura A.15 (a) apresenta-se o modelo deformado da MTT

no software Ansys devido ao momento torgor.

(a) (b)

Figura A.15 Modelo simplificado da MTT (a) Tenséo e (b) deflexdo da MTT devido ao
torgor

Na figura 4.17 apresenta-se o modelo deformado da maquina MTT na direcao
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"Z" devido a0 momento torgor.

Os calculos foram realizados nas mesmas dimensodes e cargas utilizadas no

calculo analitico. Os resultados foram os seguintes:

Figura A.16 Deformac&o na direcdo "Z" do modelo simplificado da MTT gerado pelo
torgor no Ansys

Pela simetria, o deslocamento 0z da viga superior ¢ igual a viga inferior e

da simulagdo de Ansys temos & z=0,1854 mm, a partir do qual se obtém o dngulo

de rotagdo 6=0,021°.
E finalmente a rigidez torsional da MTT

K== D00 K; =3,507 MN.m/rad
"0 3,708.10" T e

A continuacdo apresenta-se uma tabela com a rigidez axial e torsional em
diferentes diametros da coluna, a carga trativa e o momento tor¢or maximo, o

mesmo utilizado nos calculos acima.
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Tabela A.1 Influéncia do didmetro na rigidez axial e torsional

- . . . Rotacao Rigidez Torsional
Deflexio (8y) Rigidez Axial (Ka) ) (Kn)
(%) | Analitico Ftool Ansys Analitico Ftool Ansys Ansys Ansys
(10*m) (10*m) | (10*m) MN/m MN/m | MN/m (10*m) MN.m/rad
75 1,822 1,797 1,724 1372 1391 1449 1,854 3,507
100 1,262 1,262 1,274 1981 1981 1963 0,6466 10,053
120 1,038 1,011 1,083 2407 2474 2308 0,4534 14,335
140 0,89 0,871 0,9524 2782 2871 2625 0,2092 31,075
150 0,846 0,819 0,8226 2954 3050 3040 0,1788 36,360
170 0,763 0,7357 | 0,7309 3279 3390 3420 0,1266 51,334
180 0,7274 0,702 0,6917 3437 3541 3600 0,1086 59,853
A.3

Rigidez axial do modelo simplificado da MTT no Ansys.

As deflexdes axiais geradas pela mesma carga de tragdo P =250 kN sobre o

novo modelo da MTT foram calculadas utilizando-se o software Ansys.

simplificado da MTT na direcdo "X", devido a carga trativa.

Equivalent Stress

Type: Equivalent (von-Mises) Stress

Unit: Pa
Tirne: 1

027102013 20:11

7.4976e8 Max
I 6,962 1e8

§,4266e8
L1 5,8011e8
| 5,3556e8
L 4,.8201e8
L 42847e8
1 3,7402e8
BN 371378
| 26762e8
2, 1427e8

1,6072e8
L0717e8
5,36237
74032 Min

Figura A.17 Tensdes no modelo simplificado da MTT devido a carga trativa.

A continuagdo apresentam-se 0s

deslocamentos

axiais

do modelo
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Directional Deformation
Type: Directional Deformation {3 &xis )

Unit: m
Global Coordinate System
Time: L
0271042013 20:19
0,0004636 Ma:
0,00035227
0,00024094
0,0001295
1827e-5
-0,30642-5 4,3506e-004 O

-0,0002044 [-Lngsge-0z 3
-0,00031573 S

-0,00042707
-0,0005384
-0,00064973
-0,00076107
-0,0008724
-0,00098373 0,000
-0,0010951 Min

0,350 0,700 ()

0,175 0,525

Figura A.18 Deslocamento na direcdo " X" do modelo simplificado da MTT

Na Figura 4.20, o deslocamento total ¢ dado pela diferenca do deslocamento do

lado direito O, =-0,0010889 e do lado esquerdo o, =0,00043500,
o =|0p —6,|=0,00152396 . Finalmente, a rigidez axial do modelo simplificado

da MTT ¢ K, =250000/(1 5,2396.107"), entdo, tem-se K, =164 MN/m.

Dado as colunas serem delgadas e o carregamento requerido ser alto, €
necessario determinar no Ansys o carregamento que geraria o problema de

flambagem sobre o novo modelo simplificado da MTT.

1,000 0,350 0,700 {rm)
I a0

0,175 0,525

Figura A.19 Andlise da falha por flambagem da MTT em compresséo pura

A partir do analise de flambagem feita no Ansys pode-se determinar o fator de
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flambagem kfpg =5,45, em compressdo pura. Este representa o fator que

multiplicado a carga maxima, prevé o carregamento que provocaria o problema de

flambagem nas colunas. Neste caso, seria uma carga de P =100 MN .

A3.1
Rigidez torsional do modelo simplificado da MTT no Ansys.

Para calcular a rigidez torsional do novo modelo da MTT, foi calculado com
o auxilio do software Ansys a maxima deflexdo angular para a mesma condi¢ao de
momento torsional T=1300 N.m. Na Figura 4.22, apresentam-se as tensoes

maximas geradas pelo momento torgor, sobre a estrutura de reagdo do novo modelo

da MTT.

A: Static Structural
Equivalent Stress
Tywpe: Equivalent fvon-Mises) Stress
Unit: Pa

Titme: 1
08/10/2013 1436

6,9014e7 Max
I 6,4087e7
5,916e7
L1 542337
L1 40306e7
L 443787
L1 3,0451e7
L1 3,4524e7
L1 2,0507e7
L1 24677
L1 107437

1,4916e7
9,88896
49519¢6
34723 Min

Figura A.20 Tensdes no novo modelo da MTT devido a tor¢ao pura.

As tensdes maximas geradas pelo momento torcor maximo sdao de

aproximadamente o,,.. =69 MPa, portanto a estrutura de reagdo trabalha na zona

Mises

elastica. Na Figura 4.23, apresentam-se os deslocamentos na direcdo "z"da

estrutura de reacao do o novo modelo da MTT.
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0,00052471
0,00041977
0,00031484
1,00020991
0,00010457
4048328
-0,00010459
-0,00020953
-0,0003 1476
-0,00041969
-0,00052463
-0,00062956
-0,00073449 Min

Figura A.21 Deslocamento na direcdo " Z" do novo modelo da MTT

A partir da Figura 4.23, a deflexdo linear na dire¢do "z" é 0, =1,428 mm ,
o comprimento das colunas 703 mm e de acordo com a Equagdo (A.24), obtém-se
a deflexao angular 8 =0,002 rad. Finalmente, a rigidez torsional do novo modelo

da MTT como K; =1300/0,002 =650 kN.m/rad.

Também foi feita a analise da falha por flambagem nas colunas do novo

modelo da MTT devido a torgdo pura. Os resultados da analise feita no Ansys sdo
apresentados na Figura 4.24.

Unit: m
Tirne: 496,69
02/10/2013 23:41

10509 Max
0,98410
0,90845
0,83277
0,75707
0,68136
0,60565
,52995
0,45424
0,37853
0,30283
0,22712
0,15141
0,075707
0 Min

0,000 0,350 0,700¢
I 00 a0

0,175 0,525

Figura A.22 Analise da falha por flambagem da MTT em torgdo pura
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A partir da andlise de flambagem Ansys, determina-se o fator de flambagem
kIg =496 em torcdo pura, o qual representa o fator pelo qual teria que ser

multiplicado 0 momento torgor maximo para gerar o problema de flambagem nas

colunas. Neste casso seria um momento tor¢or de T = 645 kN.m.

A condic¢do mais critica do trabalho ocorre quando a MTT ¢ submetida a um
carregamento combinado de for¢a axial maxima (P =250 kN) e torque maximo (

T =1300N.m). Na Figura 4.25, apresentam-se as tensoes de Mises geradas pela

carga maxima combinada sobre a estrutura de reacdo da MTT.

5,8781e8
, 343868
480048
| 4,2751e8
< 3740868
| 3206468
| 2,6721ed
2,1378e8
1,6034e8 3 33506 4005
1,0691e8 &
5,3477e7
43754 Min

Figura A.23Tensdes de Mises devido a carregamento combinado sobre a MTT

A tensdo maxima sobre a estrutura de reagdo da MTT, devido a carregamento

combinado, foi de 0,,, =233,5 Mpa, abaixo da resisténcia ao escoamento do

ises

material, sendo portanto aceitavel.
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