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RESUMO

Modelos multiaxiais para previséo de efeitos de carga média e
limites de fadiga sob tracéo e torcéao

A combinacdo de tensdes ciclicas em diferentes dire¢bes pode induzir o
fendmeno de iniciacdo de trincas por fadiga multiaxial nos materiais. Isso resulta
em diferentes possibilidades de planos e mecanismos de dano para essas trincas e,
dessa forma, diferentes modelos podem ser usados para a previsdo desse
comportamento — modelos para a previsdo de trincas dominadas pelas gamas de
cisalhamento e modelos para trincas dominadas pelas variacdes das tensdes
normais. Neste trabalho, os modelos de Findley (cisalhamento) e Smith-Watson-
Topper Elastico (tensdo normal) sdo enunciados para a previsdo de efeitos de carga
média e limites de fadiga sob cargas de tracdo e torcdo, e essas previsdes sdo
apresentadas graficamente. S8o apresentados dados experimentais para as
propriedades mecénicas estaticas e limites de fadiga obtidos na base de dados
FADOFF, que sdo expostos em graficos, permitindo a visualizacdo da sensibilidade
de diferentes materiais a tensdes normais e cisalhantes. 1sso permite conclusdes
sobre qual € o tipo de trinca que foi inicada (plano de surgimento e tipo de tenséo
dominante) em fungéo dos limites de fadiga, tendo como base pardametros como as
razdes entre os limites de fadiga torsionais e trativos (tL/SL) e as razdes entre 0s
limites de fadiga para carregamentos alternados e pulsantes (S./Sip, tL/tLp), além de
conclusdes sobre a aplicabilidade de cada um dos modelos para diferentes tipos de

trinca e propriedades dos materiais.

Palavras chaves: Limite de fadiga, fadiga multiaxial, efeitos de cargas médias,
base de dados, planos de iniciagéo de trinca, modelos de plano critico



ABSTRACT

Multiaxial models to predict mean stress effects and fatigue limits
under tension and torsion

The combination of cyclic stresses in different directions may result in the
initiation of multiaxial fatigue-induced cracks in materials. This results in different
possibilities for crack planes and initiation mechanisms and, therefore, different
models should be used for their prediction — models for shear-based cracks,
including the shear tension range, and models for tensile-based cracks, including
the tensile stress ranges. This work formulates the Findley (shear-based) and Elastic
Smith-Watson-Topper (tensile-based) models to predict mean stress effects and
fatigue limits under tension and torsion cyclic loads, presented graphically.
Experimental data for static mechanical properties and fatigue limits are presented,
obtained from the FADOFF database, and this data is displayed graphically to allow
for the visualization of the sensitivity of different materials to shear and tensile
stresses. This brings conclusions about which types of cracks might have been
initiated in each condition (crack plane and dominant stress ranges) for each
material. These conclusions are based on the ratio between torsional and stress
fatigue limits (to/SL) and the ratio between fully-reversed and repeating tension
limits (SL/Svp, T./tLp), along with conclusions about the applicability of each model
to different crack types and material properties.

Keywords: Fatigue limits, multiaxial fatigue, mean stress effects, database, crack

initiation planes, critical-plane models
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1. Introducgao

O problema de se ter componentes mecénicos com carregamentos alternados que podem vir
a sofrer falha por fadiga é de extrema importancia para inumeras aplicagdes do campo da
engenharia mecanica. Por isso mesmo, este problema é amplamente estudado. No caso, a falha
é definida como a iniciacao da trinca.

No contexto do projeto a fadiga, a propriedade do limite de fadiga (S,) destaca-se por ser
um valor relacionado a amplitude de tensdo, atrelada a uma vida longa, abaixo da qual o
componente carregado ciclicamente jamais gerara trincas por fadiga. Pode ser definido um
limite de fadiga a cargas ciclicas axiais (S;) e um limite de fadiga a cargas ciclicas torsionais

(t,,) —os valores para cada um dos casos de carregamento idealmente poderiam ser relacionados

1

por von Mises (;—L =5= 0.577) ou Tresca (;—L = 0.5). No entanto, o que se verifica na pratica
L L

€ que essa razdo varia muito para diferentes materiais — ;—L pode variar entre valores proximos
L

de 0.577 até acima de 0.8 para a¢os, com ;—L > (.8 tipicamente para ferros fundidos.
L

Tratando-se de fadiga uniaxial, algumas estimativas clasicas para o célculo do limite de
fadiga como funcdo de propriedades do material (notavelmente S; =0.5S5; se Sy <
1400MPa ou S, = 700 MPa se S; = 1400MPa, para espécimes SN polidos [2]) sdo
frequentemente empregadas. No entanto, no estudo de fadiga multiaxial, a determinacdo do
limite de fadiga ganha complexidade por estar atrelada a fatores como os tipos de carregamentos
aplicados (e.g. tracdo-compressao, tor¢do) e a determinacdo do plano critico onde a trinca
surgira, quando sujeita ao carregamento multiaxial. Além disso, dados experimentais obtidos
para os valores de limites de fadiga para diferentes tipos de carregamentos tendem a estar
esparsamente distribuidos em publicacbes académicas [3]. Naturalmente, a validacdo dos
métodos propostos para o célculo dos limites de fadiga s6 pode ser feita confrontando as
estimativas com os dados experimentais. Diversas publicacdes ja realizaram esse tipo de
comparagdo, usando como base dados experimentais de testes conduzidos e reportados em
literatura, sendo alguns dos primeiros exemplos em Nishihara & Kawamoto [10], Gough [11-
13] e Findley [14], entre os anos de 1935 e 1953.

O website FADOFF [5], uma iniciativa do FADOFF consortium, composto de
universidades e empresas da Republica Tcheca e liderada pelo professor Jan Papuga da
Universidade Técnica Tcheca, consolidou diversas fontes de dados de experimentos de fadiga
citados na literatura e os disponibilizou para consulta publica. A lista completa das publica¢des

onde esses experimentos foram referenciados pode ser encontrada em [15], pagina da iniciativa



Pragtic, que precedeu o FADOFF. Outra iniciativa da consolidacdo de dados de fadiga em
bancos de dados é citada em [16], que faz referéncia ao “Database on Fatigue Strength of
Metallic Materials”, da Sociedade Japonesa de Ciéncia dos Materiais (JSMS). Em [17], é
referenciado o “Fatigue Data Sheet”, do Instituto Nacional de Ciéncia dos materiais do Japéo.
No entanto, essas duas fontes de dados ndo sdo disponiveis para consulta publica. Outra base
de dados de fadiga disponivel publicamente € o website eFatigue [18], mas esta se propde a ser
uma calculadora de vida, definindo os limites de fadiga como os pontos atrelados a uma vida
longa (108 ciclos) a partir das curvas SN listadas, e ndo a partir de experimentos especificos
para definicdo do limite de fadiga. Por estes motivos, este trabalho optou por usar os dados do
banco FADOFF, com interesse particular nos dados de limite de fadiga axial e torsional, em
ambos 0s casos para cargas totalmente alternadas e pulsantes.

Desse modo, o objetivo deste trabalho é a avaliacdo do efeito das cargas médias e dos limites
de fadiga dos materiais documentados no banco de dados FADOFF, comparando-os segundo
estimativas classicas — como as dos diagramas de Goodman e de Gerber — e segundo dois
modelos de fadiga multiaxial — Findley e Smith-Watson-Topper Elastico. Serdo avaliados
parametros como as razdes entre os limites torsionais e trativos (t./SL) e as raz0es entre 0s
limites para carregamentos alternados e pulsantes (S./Swp, TL/tLp). Uma visualizagdo gréfica
dessa comparacdo permitira conclusdes sobre o tipo de trinca que se espera iniciar e sobre a
aplicabilidade de cada um dos modelos, em fungdo dos parametros e das propriedades dos

materiais.

2. Revisao tedrica

2.1.Fadiga mecénica

Fadiga é o tipo de falha mecénica causada primariamente pela aplicacdo repetida de
cargas variaveis, e cuja principal caracteristica é o trincamento paulatino da peca, o qual
eventualmente pode leva-la até a fratura.

A iniciacdo de uma trinca por fadiga sob tensdes elasticas depende principalmente do
valor da gama de tensGes atuando no ponto critico da peca, das propriedades mecénicas do
seu material, do seu acabamento superficial e de micro-tensdes residuais no ponto critico.

As cargas podem ser descritas por duas variaveis dentre as tensées alternadas, o,, média

O, MAxima a,,,, € minima a,,;,,, @ gama Ao ou a razdo R = Gin/Omax- DEStacamM-se 0s
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carregamentos totalmente alternados, onde g, = 0,4, € 0,, = 0, resultandoem R = —1,

e aqueles pulsantes, onde o, = g,, € o, = 0, resultando em R = 0, vide Fig. 1.

2

WAEYAWN

=~ I 5 Ac
P\, o

Om = Omax +Omin T

2

Cmin

Ca= Omax—Omin =AG i
Tempo

Figura 1 - Tensdes ciclicas [1]
2.1.1. Fadiga uniaxial

O método mais difundido para prever a iniciacdo de trincas por fadiga sob tensGes
macroscopicas elasticas para o caso uniaxial € o método SN ou de Wohler. O método é
limitado pela regido de deformacdes elasticas, portanto sé é valido quando a tensdao maxima
no ponto critico da pega for menor do que sua resisténcia ao escoamento ciclico.

Wohler descobriu que, para o regime elastico, a resisténcia a fadiga S decresce com a
vida N (nimero de ciclos), de acordo com uma relagéo parabolica:

NSE=cC
vide Fig. 2, onde B e C sdo constantes para um mesmo componente de um mesmo material.
Testando-se a vida N para diferentes tensfes alternadas Sy, para um mesmo material, é
possivel calibrar uma curva S x N, que informa, para uma determinada amplitude de tensGes

aplicada ciclicamente nesse material, qual sera a vida até o surgimento de uma trinca visivel.
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400 | | | |
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Vida a Fadiga, N (ciclos)
Figura 2 - Curva SN tipica dos ac¢os [1]
Além disso, Wohler descobriu que pode existir um limite de fadiga S, a partir de uma
vida longa N, , para o qual tensdes de amplitude o, = Af < §; ndo causam dano nos

componentes, que tém vida infinita sob essa carga. Para acos, S; ocorre tipicamente entre
10® < N, < 107 ciclos. Idealmente, as curvas que relacionam S e N devem ser obtidas
experimentalmente, mas a seguinte relacdo permite obter estimativas tradicionais da
resisténcia a fadiga de um corpo de prova de aco polido em méaquinas tipo Moore a partir

de sua tensdo de ruptura (Sy):

Sz(10%) = 0.76 S
Sz(10%) = S, = 0.5 S, se Sy < 1400 MPa ou
Sz(10%) = S, = 700 MPa se Sy > 1400 MPa

E importante ressaltar que essas estimativas so sdo validas para corpos de prova de ago
polido tipo Moore. Para a estimativa das curvas SN de pecas reais, é importante quantificar
efeitos do acabamento superficial, do tamanho, do tipo de carga, da temperatura de trabalho
e da estatistica dos dados, utilizando os parametros k,, k;,, k., kg, € k., respectivamente.

Nesse caso, a estimativa para agos fica corrigida como:

S#(103) = ky.k,.0,76 Sy
Se(109) = S, = k4. kp. ke kg. ko. 0,5 Sy se Sy < 1400 MPa ou
Se(109) = S, = ky.kp. ke kg. k,.700 MPa se S;; > 1400 MPa
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As defini¢bes necessérias para o cdlculo de cada um desses pardmetros podem ser
encontradas em [1].

Também é importante mencionar que a curva de Wohler e as estimativas acima sé
sdo aplicaveis considerando cargas totalmente alternadas, ou seja, aquelas onde a razédo
de carga R = —1e a,, = 0. Portanto, no caso de um carregamento que possua uma
tensdo media diferente de zero, é preciso utilizar uma relacdo que forneca o
carregamento equivalente totalmente alternado (com o, = 0) que causaria 0 mesmo
dano que o carregamento em questdo. Para isso, existem duas opdes:

1. Utilizar a curva 0,0, do material medida experimentalmente, procurando o

o4 equivalente (o,4¢4) paraum o,, = 0.
2. Utilizar uma das estimativas de curvas o, 0, tradicionais da literatura, como
Goodman, Gerber e Soderberg, e.g., que serdo detalhadas no Capitulo 4.

O método SN s6 é valido para prever vidas longas, onde ndo ha expectativa de
carregamentos ciclicos que induzam plasticidade macroscépica no material. Para o caso
de vidas curtas, com deformacdes plasticas atuando macroscopicamente, deve-se
utilizar o método eN.

Para o calculo do dano sob carregamentos de amplitude variavel, pode-se utilizar a
regra de Miner, que é a regra do acimulo linear de dano para todos os eventos sofridos

pela peca [1].

2.1.2. Fadiga multiaxial

Um material esta sujeito a sofrer fadiga multiaxial quando ele sofre carregamentos
multiaxiais, ou seja, carregamentos que resultam em mais de uma componente de tensao
no ponto critico.

Com mais de uma componente de tens@es, € possivel que as direcdes das tensbes
principais se mantenham constantes ao longo do carregamento (carregamentos
proporcionais) ou que essas direcbes variem de maneira ndo propocional
(carregamentos ndo proporcionais). Para esse trabalho, iremos assumir cargas
proporcionais para as relagdes tragadas.

Para se determinar o limite de fadiga de um material sujeito a cargas multiaxiais,

é necessario definir um critério de vida infinita para o material. No caso uniaxial, esse
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critério é determinado e.g. para acos pela estimativa S. = 0.5 Sy para corpos de prova
Moore polidos, ou o equivalente com inclusé&o dos ki para componentes.

Para o caso multiaxial, muitos dos critérios de falha sdo baseados em valores
uniaxiais equivalentes que combinam as componentes multiaxiais [1]. O mais comum
é o critério de escoamento de von Mises, que para a andlise de fadiga deve levar em
conta a variacao de tensdes em cada uma das direcdes, resultando na expressao de gama

de tensGes equivalentes de von Mises:

Eqg. 1

+ 3(Atéy + AtE, + ATE,)

2 2
Ao, — A Aoy, — Ao,)? Ao, — A
AoMises = \/( O 2 Gy) + ( O ) GZ) + ( Oy 5 GZ)

A gama de tenses cisalhantes equivalentes pode ser calculada simplesmente por

ATyises = Aopises/V3. Note no entanto que, para critérios de iniciacdo de trinca, 0 uso
de invariantes como von Mises ndo leva em conta a natureza direcional da nucleacéao de

microtrincas, que iniciam nos planos mais desfavoraveis do ponto critico da peca.

2.1.2.1. Planos candidatos ao surgimento de trincas sob fadiga
multiaxial

Os modelos de dano multiaxial frequentemente asumem que as trincas por fadiga
tendem a ser iniciadas no plano critico (definido por 6 e ¢, ver Fig. 3) do ponto critico
da superficie, que maximiza o dano induzido pelo carregamento. Estes modelos
assumem que a iniciacdo da trinca é dominada pelas gamas de tensdo cisalhante

paralelas a esse plano, Aty, € Aty, e/ou pela tensdo normal perpendicular ao plano, oy;,.

Isso é justificado pela fenomenologia do surgimento das trincas, que envolve

1. uma fase inicial de nucleacdo e surgimento de uma microtrinca controlada pela
méaxima variacao da tensdo cisalhante, devido ao cisalhamento entre as bandas
de deslizamento da microestrutura do material [1]. Em materiais ditos sensiveis
as tensoes cisalhantes, esta fase é dominante;

2. uma fase onde h& contribuicdo mista da tensdo normal e cisalhante para o
crescimento da microtrinca, onde as tensdes normais ao seu plano “forcam” a
abertura da trinca [1]. Em materiais ditos sensiveis as tensfes normais as faces
da trinca, esta fase € dominante.

A contribuicdo da tensdo normal oy, é expressa, em diferentes modelos, pela gama

de tensdes, tensdo média, tensdo minima e/ou maxima. Modelos para iniciagdo de
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trincas sob vida longa dominadas pela tensdo perpendicular ao plano da trinca devem
incluir, como variavel principal, a gama de tensdes normais Ao, , € modelos para trincas

dominadas pela tensdo cisalhante devem incluir a gama de tensdes cisalhantes Art.

Figura 3 - Visualizacdo da transformacao de coordenadas em funcao de 6 e ¢, que definem o plano

de iniciagao da trinca (“crack plane”), mantendo z perpendicular a superficie livre (“surface”) [1].

Assim, é natural que os modelos de célculo do dano a fadiga, para o caso multiaxial,
incluam parametros que considerem, com 0s pesos apropriados, tanto a gama de tensao
cisalhante At no plano da trinca quanto a tensdo normal perpendicular ao plano da trinca
o,. Essa tendéncia fisica pode ser reforcada pelo exemplo da Fig. 4, onde séo
comparados os circulos de Mohr de uma trinca no plano de t,,,x para situagdes de
mesma tensdo cisalhante maxima t,,,, causada pelo caso de tracdo uniaxial ou tor¢do

pura.
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T4 Tracio uniaxial TATorcio pura
Tmax Tmax
C G S
0O G- Oy [ G
Oy =0
(o7

Mesmo Tmax,
] fisica diferente

— & Trax T

W#W

Figura 4 - Circulos de Mohr e visualizagao da trinca para os casos de tragao uniaxial ciclica e
torcéo pura ciclica, com 0os mesmos valores de 7,4, [1].

Dentre os dois casos apresentados, espera-se que o caso de tracdo uniaxial
apresente um dano a fadiga maior do que o caso de tor¢do pura, pois no primeiro caso
a microtrinca também esta sujeita a uma tensdo normal perpendicular ao plano de
cisalhamento méaximo, que tende a forcar sua abertura, causando maior dano. Como isso
ndo ocorre no segundo caso, espera-se nele um menor dano para 0 mesmo carregamento.

Resta a determinacdo de qual é o plano critico (6,¢) onde a trinca surgird. No
caso da direcéo ¢, para materiais isotropicos em condicgdo de superficie livre, as op¢les
sdo limitadas a duas: ¢=90° ou ¢=45°. Isso pode ser justificado na Fig. 5, que apresenta
os circulos de Mohr para situacdes onde a biaxialidade o1-62<0 (esquerda) e c1-62>0
(direita), na situacdo de uma superficie pressurizada com pressdo p. Para o caso de
01-62<0, o maior circulo sera aquele envolvendo o1 e o2, € portanto a microtrinca se
propagara perpendicular a esse plano (logo ¢=90°). J& quando a biaxialidade 61-62>0, 0
maior circulo envolve —p e o1, logo uma microtrinca que inicie por cisalhamento surgira
no plano médio entre essas duas direcdes (p=45°), descrevendo a trinca classica de

Forsyth. A deducdo completa dessa concluséo pode ser encontrada em [1].

By, A

- gcase{ caseB@ £

Figura 5 - Circulos de Mohr para e 01.02<0 (esquerda) e e a1.02>0 (direita) [1]
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Assim, podemos limitar as equacOes das tensGes cisalhantes e normais para
qualquer plano como fungéo de (6,¢) como, simplesmente, funcéo de 6, para esses dois
casos de ¢ = 90° ou ¢ = 452 a partir da equacgéo geral de rotacdo de tensdes pro caso
3D.

2.1.2.1.1. Tensdes para o caso A90 (perpendicular a superficie)

O caso A90 ¢ caracterizado por trincas que surgem em @=90° a partir da
superficie. Essas trincas podem ser dominadas por cisalhamento, denominadas A90(S),
ou pela tensdo normal perpendicular a face da trinca, A90(T). Esses tipos sdo
dominantes em problemas de tor¢do pura e torcdo combinada com tracdo uniaxial, mas
podem surgir em outros casos com biaxialidade negativa dominante, i.e. 61-62<0 na
maioria dos ciclos da historia. A Fig. 6 apresenta os estados de tensdo e circulos de
Mohr definidos para esse caso.
case A

tensile or shear-driven cracks
shallow straight surface cracks

T
i

x'-z' plane: 03=0G,=0C,"
"L'J

h
GX"Jl :
T=0] / o}

Figura 6 - Estados de tenséo e circulos de Mohr definidos para a iniciagdo de trincas A90 nos
planos (6,90°) [1].
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As tensdes atuantes nesse plano podem ser encontradas abaixo, deduzidas a partir da

equacéo geral de rotacdo de tensdes pro caso 3D para ¢=90°
TA(6,90°) = T'yy = Tyy c0s(26) + 0.5(oy — 04 ).sen(26)

Egs. 2
6,(6,90°) = o'y = 0y cos?(8) + oy.sen?*() + Tyy.sen (26,

Como mencionado na secao anterior, esse tipo de trinca sempre surgird quando c1-62<0,

0 que sempre é verdade para tor¢do pura e torcdo combinada com tracdo uniaxial, pois

o O\ 2
an=%e |(5) v,

gera resultados de sinais contrarios.

2.1.2.1.2. Tensdes para o caso B45 (¢=45° com a superficie)

O caso B45 € caracterizado por trincas que surgem a ¢=45° a partir da superficie. Essas
trincas sdo exclusivamente dominadas por cisalhamento, denominadas B45(S), pois este caso é
baseado no modelo de Forsyth de surgimento de trinca baseado nas intrusdes e extrusdes das
bandas de deslizamento, que sempre surge paralela ao plano de tensdo de cisalhamento maximo

(45° da direcdo do carregamento).
A Fig. 7 apresenta os estados de tensao e circulos de Mohr definidos para esse caso.

As tensdes atuantes nesse plano podem ser encontradas abaixo, deduzidas a partir da
equacao geral de rotacdo de tensdes pro caso 3D para ¢p=45°:

TA(6,45°) = [‘Exy cos(20) + 0.5(0y — O'X). sen(Ze)]/\/E
t5(0,45°) = (GX cos?(0) + oy.sen?(0) + p + Tyy. sen(Ze)) /2 Egs. 4

0,(0,45°) = (O'X cos?(0) + oy.sen?(0) — p + Tyy. sen(Ze)) /2

Para carregamentos proporcionais [1], esse tipo de trinca sempre surgira quando o;.0, >
0, que com o, = 0 nunca sera verdade em uma historia de torgdo combinada com tragdo
uniaxial. Assim, para a iniciacdo de microtrincas B45(S) é necessario que haja um estado biaxial

de tensbes, com tensdo normal em ambas as direcdes X e y, e a condi¢do g;.0, > 0 cumprida.
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surface n _CEISE_B .
intrusion-extrusion shear model
deep inclined surface cracks

a,'(6)
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to side view: K
U ==—0.
surface Ox (B) g p z
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Figura 7 - Estados de tenséo e circulos de Mohr definidos para a iniciagdo de trincas B45 nos
planos (6,45°), [1].

Para carregamentos proporcionais [1], esse tipo de trinca sempre surgira quando o;.0, >

0, que com o, = 0 nunca sera verdade em uma historia de torcdo combinada com tragéo

uniaxial. Assim, para a iniciacdo de microtrincas B45(S) é necessario que haja um estado biaxial

de tensBes, com tensdo normal em ambas as direcBes x e y, e a condicdo g;.0, > 0 cumprida.

Para o caso ag;.0, = 0 (tracdo-compressdo uniaxial), ha a possibilidade de surgimento

dos trés casos de trinca — A90(T), A90(S) e B45(S), sendo mais provavel A90(T) se for o caso
de um material fragil.

A Tabela 1 resume os valores das tensdes cisalhantes e normais ao plano da trinca para

0s casos A90 e B45 sob carregamentos uniaxiais, seja sob tensdo uniaxial ou tor¢do pura. No

proximo capitulo, modelos de dano para serem usados nestes planos candidatos serdo
apresentados.



Tabela 1 - Projecfes das tensdes nos planos candidatos A90 e B45 para casos uniaxiais
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Tenséo uniaxial o, Torgdo pura o,
Caso A90 TA(0) = —0.5.0,.sen(20) Ta(0) = Tyy. c0s(20)
0,(0) = oy.cos?(20) 6,(0) = Tyy.sin(260)
Caso B45 | 1,(6) = —(0.5.0,.5en(20))/V2 | t4(6) = Tyy.c0s(20)/V2
0,(0) = oy.cos?(20) /2 6, (0) = Tyy.sin(20)/2

3. Critérios de vida infinita para fadiga multiaxial

3.1.Critério de Findley para vida infinita — trincas por cisalhamento

Decidiu-se fazer um estudo mais aprofundado do critério de Findley [7], em contraste

com modelos invariantes, como o de Sines [8] e Crossland [9], por exemplo. Isso porque 0s

modelos invariantes ttm como premissa que, no limite de fadiga, os materiais s&o

. . . 1 ~ - 7
perfeitamente descritos por Mises (;—L = ﬁ), 0 que ndo necessariamente € verdade, como
L

sera apresentado no Cap. 4 a partir da analise dos dados de limites de fadiga extraidos do

FADOFF. Os materiais podem ter T, < S;./v/3 — no caso, isso indica que eles sdo mais

sensiveis a tensdes cisalhantes, pois seu limite de fadiga a tensdo cisalhante 7, € menor do

que o que seria calculado por von Mises, S;./v/3 — ou podem ter, por sua vez, T, > S./V3,

0 que indica que eles sdo mais sensiveis a tensées normais.

O critério de Findley é baseado na maximizagdo ao longo de 6 e ¢ de um parametro que

considera o efeito das gamas de tensdo cisalhantes At e o valor do pico de tensdo normal

perpendicular ao plano da trinca o ¢, sofrido nos ciclos de carregamento (note que a

tensdo maxima a ser considerada é a maior em cada ciclo de carregamento, ou seja, no

tempo, mas a maximizacdo do critério de Findley é espacial, nas direcBes 6 e ¢). Por

considerar o efeito das gamas de tensdo cisalhantes At sem considerar as gamas de tensao

normal Ao, 0 modelo é indicado apenas para a previsdo de surgimento de trincas por dano

causado primariamente por cisalhamento, como € o caso das trincas A90(S) e B45(S).

O critério é dado pelo problema de maximizacao:
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At(6, @)
X —
0,

+ 0p0 1 pico (0, @) [ = B Eq.5
onde ay € o “Stress Scale Factor” (SFF) do modelo de Findley e S5 € 0 limite de fadiga do
modelo de Findley. A ideia fundamental do critério é que a trinca por fadiga seré iniciada
no plano (6, ¢) que maximizar o lado esquerdo da equacéo, quando o parametro de dano
for igual ou maior que o lado direito. Uma grande vantagem do modelo € que ele substitui
a necessidade de um diagrama oaom, pois o efeito das cargas médias j& estd embutido na
equacdo e pode ser calibrado pelo parametro ajustavel ag. No Cap. 4 esse parametro seré
calculado, para os dados experimentais, e comparacdes serdo feitas com as estimativas
classicas de Goodman, Gerber e Soderberg.

H& apenas duas opcbes possiveis para ¢ no caso de superficies livres, conforme
apresentado anteriormente: 90° ou 45°. Assim, é possivel calcular, a partir das equacoes
listadas na Tabela 2, as expressdes para 0s parametros ap e S para os casos A90(S) e

B45(S).

3.1.1. Deducéao de ar e B de Findley para trincas A90(S)

Para extrair os parametros agp € Bg, sera necessario calibrar a equacdo resultante
com dois casos diferentes de limites de fadiga dentre Sy, S, T, € T,,. Como as trincas
A90(S) estdo associadas a tensées normais de pico combinadas com gama de torcao,
serdo utilizados os casos de torcdo pura e tensao normal pura para resultar nas equacdes

a serem usadas.
3.1.1.1. A90(S) - Equacédo de ar e Br paratorcao ciclica pura

Para uma tensdo cisalhante alternada, gerada por torcdo pura, definida como
T, = At/2 = Aty /2 = A1, /2, onde A € o plano da trinca conforme definido na
Figura 3, é possivel obter, da Tabela 1, que
TA(0) = 1,.c0s(260)
0,(0) = t,.sen(20)

Eqg. 6

onde o, € atensdo normal perpendicular ao plano de iniciagdo da trinca, onde atua
a tensdo cisalhante. O angulo 6 que maximiza o parametro de Findley nao
necessariamente € o 0 de cisalhamento maximo 7,, nem o 6 de tensdes normais

maximas o,. Em vez disso, a trinca ocorrerd na dire¢do 6 que maximizar o
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At(0)
2

tensdo perpendicular ao plano da trinca na condicdo de pico do carregamento.

pardmetro de dano de Findley [

+ arp. 01 pico(6)], Onde a tensdo o, pic, € a

Inserindo as defini¢cdes da Eq. (6) no parametro de dano de Findley, derivando

em 6 e igualando a zero para achar o ponto de méximo, temos

At(8 Eq. 7
[ TZ( ) 4 OF. G| pico(0)] = T,.€0s(20) + af. T,.sen(20) = B a
d(cos(20) + ag.sen(20
( (26) OBF ( )) =0 - —sen(20) + ap.cos(20) =0 — tan(20) = ap
1
tan(20) = af — cos(20) = , sen(20) = , ver Fig. 8
1+ o} 1+ of
% % Egs. 8

2
B8-=7) 1, L 4 . —— | =B - T, ek ) = Br = To [1+ a2 =B Eqg. 9
J1+°‘% J1+°‘% /1+a%

Figura 8 — Relacdo geométrica, consequéncia da deduc¢éo de tan(26) = ap [1]

3.1.1.2. A90(S) - Equacéo de ar e Br paratensdo normal ciclica pura

Para tensdes normais alternadas definidas por o, = Ac/2 € Gpax, € possivel
obter, da Tabela 1, que
7,4(0) = —0.5.0,.sen(20) - Atr,(0) =|—0.5.A0,.sen(20)| = g,.sen(26)
0,(8) = o,.cos?(8) =410

A trinca ocorrera na direcdo 6 que maximizar o parametro de dano de Findley

At (6 ~ . ~ .
[ TZ( ) 4 ar. 01 pico(6)], Onde a tensédo o5, € a tensdo perpendicular ao plano da

trinca na condigdo de pico do carregamento, i.e. g, = 0pjco -

Inserindo as defini¢bes da Eq. (10) no pardmetro de dano de Findley, derivando

em 0 e igualando a zero para achar o ponto de maximo, temos
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ua.sen(Z(-))
2

AT(6)
[ TZ + UE- Glpico(e)] =

+ 0. Opico- cos?(0) = B Eg. 11

P (ca. se2n(29)

+ AF. Opico- c052(9)>
00
0,.€0s(20) — ag. 2cos(B)sen(0) = o0,.cos(20) — ag.sen(20) =0 —

0=0.,= —1 tan~! 2
.tan
a2 Of. Gpico Eg. 12

1
(12 - 11): 2.sen( tan™"' [ —2 + 2 60 c0s? (=, tan~t | —2 =B, -
2 AF-Opico 2 P 2 AF-Opico F

[+ (@ ) + @ e,

:0—)

Eq. 13

3.1.1.3. A90(S) — Calibracédo de ar e Br

Como trincas A90(S) podem ser iniciadas sob efeito de cargas de torcéo ciclicas
puras ou em combinacdo de tor¢cdo com tragdo ciclica, serdo usados os limites de

fadiga 7, =7, € 0, = Opico = S, ambos sob cargas totalmente alternadas, i.e.

R=-1. A calibracdo sera feita a partir das Egs. (9) e (13):

TL- 1+(X%-=BF
S ’
?L< 1+(X%~+(XF>:BF

Resolvendo o sistema de equacdes para ay e S, temos

SL
T2t 0.5.S
ap = ———L ; Bp = —n Egs. 14
SL_4 S._
T T

3.1.2. Deducéao de ar e B para trincas B45(S)
3.1.2.1. B45(S) - Equacéo de ar e Br paratensdo normal ciclica pura

Como torgdo pura sempre induziré trincas A90(S), no caso das trincas B45(S)

sera necessario fazer a calibragdo dos parametros oy e B a partir da mesma equagao
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da maximizacdo do pardmetro de dano, mas para o caso de tensdo normal ciclica
pura, sob duas condicdes de carregamento — totalmente alternada (R=—1) e pulsante
(R=0).

Para tenses normais alternadas definidas por o, = Ac/2 € oypco, € pOssivel

obter, da Tabela 3, que

o) — 05 sen(20)
7,(0) = —0. .O'X.T ~ V2 cos?(6) Eq. 15
cos?(0) R _TA'W !

13(0) = 0,(0) = 0. 2

O fato de termos, a partir da Eq. (15), tg e T, diretamente proporcionais para
qualquer direcdo 6, quer dizer que os carregamentos nesse plano serdo sempre
proporcionais. A gama de tensdes equivalentes At serd entdo At = m .
Como o termo que inclui o,.cos?(08) em 75(8) é multiplicado por um fator 1/2,
maior do que o fator 1/(2v/2) que multiplica o,.sen(20) em 7,(0), essa gama é
maximizada para o valor de 6 que maximiza cos?(8), ou seja, 8 = 0°.

Mas a direcdo 6 = 0° também ¢é a direcdo que maximiza o termo o,(8) =
ax.“’szﬂ. Por esse motivo, pode-se concluir que, para a tensao normal ciclica pura,

0 plano critico de trincas B45(S) serd sempre (6 = 0° ¢ = 45°). Reescrevendo o

critério de Findley para esse caso:

At(0) cos?(0) cos?(0)

[ > + ag. 0-J_pico(o)] = Oa— + ®g- Opico: = Bp
Ga + (XF. 6pic0 _
2 BF Eq. 16

3.1.2.2. B45(S) — Calibracédo de ar e Br

N&o é esperado que trincas B45(S) surjam sob carregamentos de torg¢éo pura, o
que exclui qualquer possivel significado fisico de uma calibracdo de ap e fr
envolvendo o limite de fadiga torsional 7. Por isso, a calibragdo sera feita sob as
condicGes de carregamento de tensdo-compressao ciclica normal em duas condi¢Ges
— totalmente alternada (S;, = o, = 0y, R=-1) € pulsante (Sy, =0, =0, =

Opicol 2 » R=0).
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Aplicando os valores apropriados de Sy, e Sy, para cada um dos casos descritos

acima na Eg. (16), temos

{ SL' (1 + (XF) = 2. BF
Sip- (1+ 2.ag) = 2.Bp

Resolvendo o sistema de equacdes para ag e B, temos

SL—Sip _S..S;,.0.5

=) , = Eqgs. 17
2S1, — Sy F 28, - S, a

AF

Note que muitos trabalhos utilizam a mesma calibracdo dos parametros de
Findley para os casos A90(S) e B45(S). No entanto, como demonstrado acima, essa
calibragem precisa ser conduzida de forma diferente em ambos o0s casos, uma
observacdo que esta de acordo com o critério de dano de McDiarmid, que se baseia

em equac0es distintas para 0s 2 casos.

3.2.Critério de Smith-Watson-Topper elastico (ESWT) para vida infinita —
trincas dominadas pela tens&o normal

O critério de Findley s6 consegue descrever o comportamento no limite de fadiga de
materiais que sdo mais sensiveis a tensdo cisalhante, pois ele ndo considera o efeito das
gamas de tensdes normais Ao, . Em materiais frageis, que tendem a ser sensiveis as tensoes
normais, Ao, (assim como o pico de o, ) tende a ser o principal fator para o surgimento da
trinca e, nesse caso, é necessario utilizar um modelo que considere esse parametro no
critério de vida infinita.

Trincas dominadas por tensdo normal surgem primariamente em planos A90 (caso
A90(T)), pois o outro plano possivel (B45) possui componentes normais sempre menores
que as de um plano A90 de mesmo angulo é.

Na prética, trincas A90(T) tém maior probabilidade de surgirem em materiais que
possuem o parametro t./S >>0.577, enquanto que trincas A90(S) e B45(S) séo esperadas
em materiais com 1./S.<0.577 ou um pouco acima desse valor de von Mises.

Assim, para as trincas A90(T), é necessario 0 emprego de um critério que considere as

gamas de tensbes normais Ac, . Um modelo apropriado para esse caso € o de Smith-Watson
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Topper, cuja versdo multiaxial inclui a possibilidade de deformacgdes pléasticas
macroscopicas no ponto critico:

2
max |0 ico(er@)-w = 2 2N)? + 6.5 (2N)PHe Eq. 18
0,¢ p 2 E

O critério, formulado dessa maneira, visa a obten¢do do plano (6, ¢) onde o dano é
maximizado (calculador por Miner, por exemplo, para cada um dos planos-candidato),
sendo portanto originalmente uma formulagao para vidas finitas.

Reduzindo a analise para o critério de vida infinita, onde N=N, e sabendo que essas
trincas s6 poderdo ser iniciadas em ¢ = 90° segundo esse critério, € possivel usar a seguinte

versao eléstica do critério de Smith-Watson-Topper (ESWT) para vidas longas:

L. Ec = 0
Elastico — E.Ae, = AO-J_> em Eq. (18)
Ao, (6,90)
max Glpico(e’go)-Tl = 02.(2N)?P Eq. 19

onde oc € b sdo coeficientes da parte elastica da curva de Coffin-Manson, que sdo
propriedades do material.
A partir do caso totalmente alternado (om=0, ca=0picc=A0c/2), € possivel reescrever a

Eq.(19) para o caso geral em funcao dos parametros B e C da curva de Wohler:
1

N (AO'J_>B c Ao, ( C >E
B B = - — = —
Ao, L\ 2 2 N

Olpico = 5~ — Wohler —

W~

B C
Np. (O-J_pico) =C - O pico = (N_L>
l

2
Ac,(8,90) (C\B
=(§) =%t
N,

O-J_pico(ef 90)- - 5 -

2 Eq. 20

Os parametros B e C podem ser calibrados a partir das estimativas da curva de Woéhler
Sp(103) = 0.76 Sy e Sg(10%) =S, = 0.5 S, para corpos de prova Moore polidos, ou,
preferencialmente, a partir de dados experimentais.

A partir da Eq.(20), uma relagdo caom pode ser deduzida:
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SL= vV (Ga + Gm)- O,

s
Para cargas pulsantes, temos — S—L = :—L =v22z1.41 Eq. 21
Lp Lp

Conforme seré apresentado no Cap. 4, a equacao acima ajusta bem dados de materiais
frageis, como ferros fundidos, cuja falha tende a ser dominada pela gama de tensbes
normais.

A partir da aplicacéo das relacGes para uma carga torsional pura, é possivel deduzir a
relacdo prevista por ESWT para t./S., parametro que € um bom indicador do quéo sensivel
0 material é a tensGes normais (quanto maior, mais sensivel, sendo que em geral 7./S >0.8
para ferros fundidos).

Para torgao pura, o, pico = O1pico = Ta, Vide 0 exemplo da direita do circulo de Mohr
da Fig. 6. Similarmente a essa figura, um circulo de Mohr das deformacdes poderia ser
desenhado, centrado na origem com o eixo vertical y/2 (deformac&o cisalhante) e horizontal
¢ (deformacdo linear). Assim, sob tor¢do pura, a amplitude €2 de deformacdo normal a 45
graus do plano de cisalhamento maximo com amplitude va seria tal que €a= ya/2. Pela lei de
Hooke, onde G é o modulo de cisalhamento do material, E é o0 modulo de Young, e v é o

coeficiente de Poisson eléstico, temos:

= 5 £, =— = — .
2.(1+v) a E 2 Eq. 22

Substituindo a Eq.(22) na Eq.(20), no limite de fadiga, temos

T 1
Olpico-0ia=TaTa(14+V)=12.(14+V) =52 5 —=
lpico-*1la ar ‘ta L L SL \/1—+V Eq. 23

A expressdo acima € uma das contribuicbes desde trabalho, uma estimativa
corroborada por dados experimentais em diversos metais, como estudado adiante. Note
que, neste trabalho, serd considerado para acos que v = 0.29, e v = 0.28 para ferros
fundidos, valores médios para esses materiais obtidos a partir das analises na base de dados
FADOFF. Para esses materiais, a Eq.(23) resulta, respectivamente, em t./S¢ igual a 0.881
e 0.884. No capitulo a seguir, esta base de dados é analisada perante as equacoes

apresentadas acima.
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4. Anadlise da base de dados de limites de fadiga

Os capitulos anteriores mostraram que os limites de fadiga Sy, Sy, T, € T, que sdo

propriedades dos materiais (e eventualmente dos detalhes dos componentes), sdo parametros
que permitem a calibracdo das constantes ay e B do modelo de Findley. Da mesma forma, é
possivel tracar relacGes relevantes entre esses parametros a partir do modelo ESWT. Ambos os
modelos oferecem critérios para o surgimento de trinca em fadiga multiaxial, mas eles se
diferenciam na aplicabilidade, na medida em que o primeiro é o dominante nos materiais onde
domina o cisalhamento no plano da trinca, e 0 segundo naqueles em que dominam as tensdes
normais ao plano da trinca.

Assim, a partir do registro das propriedades Sy, Syp, Ti, € Tpp, assim como de outras
propriedades mecanicas de relevancia do website FADOFF, ser4 feita uma andlise critica dos
mecanismos de iniciacdo de trinca mais provaveis para cada caso experimentalmente medido,

focando em dados de acos e ferros fundidos.

4.1. FADOFF

Como discutido anteriormente, os dados utilizados neste trabalho sdo provenientes do
projeto FADOFF [5], uma iniciativa de um consércio composto por universidades e
empresas da Republica Tcheca, coordenado pelo professor Jan Papuga da Universidade
Técnica Tcheca de Praga. O projeto tem como objetivo fornecer bancos de dados de
informacdes relevantes para projetos de fadiga, em especial em fadiga multiaxial, além de
validar diversos métodos computacionais de célculo de dano.

Foram utilizadas as propriedades estaticas e os limites de fadiga dos materiais
registrados na “Database of Materials” (banco de dados de materiais) que possuiam pelo

menos um dos quatro limites (S, Sy, Ty, € Tp) registrados. Como explicado no website,

“esse banco de dados foca nas propriedades estaticas e de fadiga do material as quais ¢ feita
referéncia em diversos papers de pesquisa, cientificos e técnicos” ([5], traducdo livre). Para
cada um dos materiais documentados, é feita no website a referéncia a publicacdo onde o

experimento que gerou as propriedades em questéo foi citado.
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4.2.Limites de fadiga e resisténcia a ruptura Su
4.2.1. Cargas axiais totalmente alternadas: S.

E amplamente utilizada a estimativa contida em Juvinall [2] de que, para agos em
corpos de prova polidos, S, = 0.5 S;. Essa relacdo simples ja foi validada em varias
publicacgdes, inclusive em [4], com bons resultados. Similarmente, também é proposto
que, para ferros fundidos, S, = 0.4 Sy [2].

Essas relagcdes foram comparadas neste trabalho com o encontrado a partir dos
dados experimentais do banco de dados do site FADOFF. O resultado pode ser

encontrado na Fig. 9, para agos estruturais, e na Fig. 10, para ferros fundidos.

<00 Agos estruturais - S xS -0y

[ ] Experimental Experimental,
450 »" SL=0.46SU

Estimativa (SL=0.5 SU) ®
400 8-

7
= = = = Experimental (linear) . )

350

300

250

200

150

100

50

0 200 400 600 800 1000

Limite de resisténcia S, (MPa)

Figura 9 — Ac¢os estruturais - S. x Sy. Comparacao da estimativa classica S =0.5 Sy com dados

experimentais.
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Ferros fundidos - SL x SU
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Figura 10 — Ferros fundidos - S| x Sy. Comparagédo da estimativa classica S =0.4 Sy com
dados experimentais

Pode-se dizer que os ajustes lineares a partir da origem dos diagramas, a partir de
38 amostras para acos e 15 para ferros fundidos, apresentam resultados que corroboram
as estimativas propostas, mas demonstram que elas ndo séo absolutas — destacam-se 0s
ferros fundidos GGG 40 (Su=447MPa, S =244MPa) e GTS 45 (Su=449MPa,
SL.=250MPa), envolvidos na figura, com limites de fadiga acima do esperado. Ha
dispersdo consideravel, principalmente para os ferros fundidos. Uma comparacdo com

mais amostras garantiria mais representatividade do grupo de materiais.

4.2.2. Cargas axiais pulsantes (Scp)

No caso das cargas pulsantes, é necessario considerar o efeito da carga média a,,,,
que no limite de fadiga nesse caso pulsante se relacionaria por oy, = 6, = Sy,. Esse
limite pulsante pode ser estimado por curvas classicas de Goodman, Gerber e Soderberg,
por exemplo. E possivel comparar os dados experimentais com essas estimativas,
incluindo também a estimativa discutida anteriormente de S_=0.5 Sy para a¢os e S.=0.4
Su para ferros fundidos.
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As derivagdes das relacdes usadas para Goodman, Gerber e Soderberg para 0s agos
e ferros fundidos séo detalhadas a sequir.

422.1. Goodman

A curva de Goodman relaciona uma tensdo ciclica totalmente alternada de
amplitude caeq cOm um par {om, ca} que geraria dano por fadiga equivalente no corpo

de prova, segundo:

o o
—+==1 Eq. 24
Oaeq Su

No caso de interesse, temos S. como o limite de fadiga a cargas totalmente

alternadas e, para o limite de fadiga a cargas pulsantes S.p, 6m=6a=SLp, portanto

S Sue_ g o _ S
S, Su b _Sw Eq. 25
Sy

Substituindo S. na Eq. (24) pela estimativa S.=0.5 Sy para agos e S.=0.4 Sy para

ferros fundidos:

AQOS: SLP = l SU
3 Egs. 26
Ferros fundidos: S;p = 0.29 Sy

4.2.2.2. Gerber

A curva de Gerber relaciona uma tensdo ciclica totalmente alternada de amplitude
Oaeq COM um par {om, oa} que geraria dano por fadiga equivalente no corpo de prova,

segundo:

o Om\2
: +<—m) =1 Eq. 27

Oaeq

No caso de interesse, temos S como o limite de fadiga a cargas totalmente

alternadas e, para o limite de fadiga a cargas pulsantes Spp, cm=02=SLp, portanto
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SLp Sip)? SLp

Analogamente, substituindo S na Eq.(28) pela a estimativa S.=0.5 Sy para agos
e S =0.4 Sy para ferros fundidos:
Agos: 0.5 S#p + Sip.Sy— 0.553 =0
Ferros fundidos: 0.4 S7p + S;p.Sy —0.4S3 =0

)
Acos: Spp = (V2 —1) Sy = 0.41 Sy
Egs. 29
Ferros fundidos: S;p = (g - 2) Sy =0.35Sy

4.2.2.3. Soderberg

A curva de Soderberg relaciona uma carga totalmente alternada que gera tenséo
de amplitude 6aeq com um par {om, Ga} que geraria dano por fadiga equivalente no corpo

de prova, segundo:

+—=1
SY Eq. 30

onde Sy é a resisténcia ao escoamento do material. No caso de interesse, temos S como
o limite de fadiga a cargas totalmente alternadas e, para o limite de fadiga a cargas

pulsantes Sip, om=6a=SLp, portanto

St Ste_ o S
SL SY L 1_S£ Eq. 31
Sy

Substituindo entdo S. na Eq.(31) pela estimativa S.=0.5 Sy para agos e S.=0.4 Sy

para ferros fundidos:

Acos: =X = 0.5,

SLp
1_§
s Egs. 32
Ferros fundidos: =5~ = 0.4 Sy
1_

Sy



Limite de fadiga axial para cargas pulsantes S, (MPa)

500

450

400

350

300

250

200

150

100

50

32

Para expressar a relacdo entre Sp e Sy através da equacdo acima, € necessario
relacionar Sy com Sy de alguma maneira. Utilizando uma regresséo linear de Sy e Su
da série de dados estudada, passando pela origem do diagrama, foi encontrado que
Svy=0.71 Su, relacdo que foi usada para substituir Sy na Eq.(32).

Acos: Sip =0.29 Sy
Ferros fundidos: Sgp = 0.26 Sy

Eq. 33

4.2.2.4. Comparagéo entre S.p estimados e medidos

Os gréficos das Figs. 11 e 12 confrontam os dados experimentais com o previsto de
acordo com as trés relacbes (Goodman, Gerber e Soderberg), para acos e ferros

fundidos.

Agos estruturais - S, X S

®  Experimental
= = = Experimental (linear)

Goodman

Gerber
Experimental,

SLP/SU=10.36
Goodman,
SLP/SU=0.33

Soderberg,
SLP/SU=0.29

Soderberg

100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000
Resisténcia a ruptura S, (MPa)

Figura 11 — Agos estruturais - Sip x Sy. Comparagédo de dados experimentais com as estimativas de

Goodman, Gerber e Soderberg



Limite de fadiga axial para cargas pulsantes S, (MPa)

300

250

200

150

100

50

33

Ferros fundidos - S x S

Experimental
Experimental (linear)
Goodman

Gerber

Soderberg

100 200 300 400 500 600 700 800 900
Resisténcia a ruptura S, (MPa)

Figura 12 — Ferros fundidos - S, x Sy. Comparacéo de dados experimentais com as estimativas de

Goodman, Gerber e Soderbeg

Para os resultados dos acos (11 amostras), percebe-se que a relagdo que mais se
aproximou do ajuste linear foi Goodman, que de fato é citado como a alternativa mais
usada, sendo um pouco conservativa, mas nao tanto quanto Soderberg. Percebe-se que,
para a maioria das amostras, Gerber seria um pouco ndo-conservativo.

Para os ferros fundidos (4 amostras), apesar da baixa quantidade de pontos,
Goodman também fica bastante proximo do ajuste linear, mas seria necessario uma

amostra mais representativa do grupo para confirmar essa tendéncia.

4.2.3. Cargas de tor¢céo totalmente alternadas (t;)

Para os dados de limite de fadiga para torcdo totalmente alternada, é necessario
confrontar os resultados das estimativas S_=0.5 Sy para acos e S.=0.4 Sy para ferros
fundidos com uma estimativa que relacione uma tensdo normal com sua tenséo de
cisalhamento equivalente — tipicamente Tresca e von Mises. Nesse caso, havia amostras
suficientes também de ligas de aluminio e cobre para a andlise, portanto outras
estimativas s@o necessarias para esses materiais: S_=0.4 Sy para aluminios e, para ligas
de cobre, S.=0.25 Sy a 0.5 Sy [1] - nesse caso disperso do cobre, as 4 combinagdes

correspondentes a 0.25 Sy (a) e 0.5 Sy (b), para Tresca e von Mises, foram tragadas.
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S
Tresca: T, = 7L — Tresca, acos: T, = 0.25 Sy

Tresca, ferros fundidos: t, = 0.2 Sy
Tresca, aluminios: t;, = 0.2 Sy
Tresca, cobres (a): t;, = 0.125 Sy

Tresca, cobres (b): T, = 0.25 Sy
Egs. 34

Mises: 1, = = — Mises, acos: t;, = 0.29 Sy

Sl

Mises, ferros fundidos: t;, = 0.23 Sy
Mises, aluminios: t;, = 0.23 Sy
Mises, cobres (a): T, = 0.144 Sy
Mises, cobres (b): t;, = 0.29 Sy

Os graficos a seguir confrontam os dados experimentais com o previsto de acordo
com von Mises e Tresca, para acos, aluminios, fundidos (incluindo duas amostras de

aluminio fundido) e ligas de cobre. A Fig. 13 mostra os resultados para 0s acos.

Agos estruturais - T x S

600 [} Experimental Experimental,
e 1l=0.31SU ,“
S - = = = Experimental (linear) e
E P 4 .
= 500 Mises (taulL=0.29 SU) - s
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s Tresca (taul=0.25 SU) L7 PY
c e
g ° .
‘© 400 L7
[
£ b ‘/ o ® o
GE.) . . P 7 ‘
= o8 ®
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©
s . I
) 7}
S 200 (4 ,‘r,z °
© & o
= 8¢°
o " Y o0
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Resisténcia a ruptura S, (MPa)

Figura 13 — Agos estruturais - 7, X Sy. Comparacgéo de dados experimentais com von Mises e Tresca.

Percebe-se que, para as 54 amostras de acos, a relacdo que mais se aproximou do
ajuste linear dos dados foi von Mises, que de fato é o ajuste mais usado, provendo, na

média, um resultado conservativo, porém ndo tanto quanto Tresca. Mas também fica
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claro que os dados sdo dispersos e, para alguns casos, von Mises e até mesmo Tresca
geram resultados ndo-conservativos.

O fato de uma parcela grande dos dados ter um ajuste superior ao de von Mises €
um primeiro indicador de que, para essas amostras, € possivel que os materiais tenham
uma maior tendéncia de sensibilidade a tensdes normais. Essa hipdtese serd mais
aprofundada com o suporte de outros graficos envolvendo o modelo de Findley.

A Fig. 14 mostra o grafico para as ligas de aluminio estudadas. Nesse caso, para
as 6 amostras de ligas de aluminio, o ajuste linear dos dados gerou compatibilidade
quase perfeita com o calculado por von Mises, sendo Tresca mais conservador, exceto

para uma das amostras (Al Duralumin 681 b, 112 HB).

500 Ligas de aluminio -t xS

Experimental
180 Experimental (linear)
Mises (taul=0.23 SU)

160
Tresca (taul=0.20 SU)

140

120

100

B D [o]
o o o

N
o

Limite de fadiga torsional totalmente alternado t, (MPa)

0 100 200 300 400 500 600 700 800
Resisténcia a ruptura S, (MPa)

Figura 14— Ligas de aluminio - 1, X Su. Comparagdo de dados experimentais com von Mises e
Tresca.

A Fig. 15 mostra o gréafico para os ferros e aluminios fundidos estudados. Para as 21
amostras de fundidos, que contém 2 aluminios fundidos, fica claro que o ajuste por von Mises
ou Tresca ndo corresponde ao comportamento dos materiais. Isso se deve ao fato de que esses
materiais sdo sensiveis a tensfes normais numa propor¢do maior do que 0 Suposto por esses
critérios, em comparagdo com as tensdes cisalhantes - por Mises, assume-se que essa propor¢ao
, TL 1

= — = (.577 e, por Tresca, - = 2 = 0.5. No entanto, experimentalmente percebe-se que,
St 3 S, 2

no limite de fadiga, essa relacdo tende a ser bem maior para os materiais fundidos, geralmente
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;—L > 0.8. Assim, a conclusdo € que ndo e recomendavel usar as relacdes de von Mises ou Tresca
L

para materiais fundidos.

Limite de fadiga torsional totalmente alternado t, (MPa)

500 Fundidos -t xS,
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Figura 15 — Fundidos - 1., X Su. Comparac¢éo de dados experimentais com von Mises e Tresca.

Para o caso das ligas de cobre, vide Fig. 16, a estimativa leva em conta uma
grande variacdo na relacdo S. x Su, devido a grande variedade das composicoes
quimicas das ligas de cobre existentes, com diferentes propriedades mecénicas [2]. O
grafico da Fig. 16 mostra as estimativas combinadas com Tresca e von Mises nos limites
das estimativas das ligas de cobre (S.=0.25 Sy e S.=0.5 Sy). Quatro das cinco ligas de
cobre avaliadas seguem com bastante fidelidade a estimativa de S_=0.5 Sy combinada
com Tresca, enquanto que, para a outra, que € uma liga de bronze forjado, a estimativa
mais conservadora (Tresca com S =0.25) ainda seria ndo conservativa — infelizmente o
banco de dados ndo tem a informagéao de Si para esse material, o0 que ndo permite validar

a estimativa usada.
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Ligas de cobre - tL x SU
®  Experimental
Mises, SL=0.5 SU -> taul=0.29 SU
Tresca, SL=0.5 SU -> taul=0.25 SU
- = = = Experimental (linear)
Mises, SL=0.25 SU -> taul=0.144 SU

Tresca, SL=0.25 SU -> taul=0.125 SU - Experimental,
TL=0.22 SU

1L=0.144 SU

0 100 200 300 400 500 600 700
Resisténcia a ruptura S, (MPa)

Figura 16 — Ligas de cobre- 1, x Sy. Comparacgéo de dados experimentais com von Mises e
Tresca.

4.2.4. Cargas de torgao pulsantes (typ)

Para o limite de fadiga sob cargas de tor¢do pulsantes t;,, seria necessario

combinar as relagdes de T X St calculadas na se¢do anterior com as curvas Gaom d0S
materiais para considerar o efeito das tensdes médias. Na auséncia de curvas
experimentais caom, serdo avaliados os critérios de Goodman, Gerber e Soderberg para
esses materiais.

E importante ressaltar que, para esse grafico, ha trés estimativas, cada uma
induzindo algum grau de erro, em comparagdo aos erros experimentais, sendo
consideradas: von Mises ou Tresca para a relacdo entre T ¢ o; Goodman/ Gerber/
Soderberg para a relagdo entre 6a € om; € estimativas cléssicas para a relacéo entre S e
Su (e.g9. SL=0.5 Sy para agos e S =0.4 Sy para ferros fundidos).

As derivagdes das relacdes usadas para Goodman, Gerber e Soderberg para 0s agos
e ferros fundidos séo detalhadas a seguir.
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A partir da definicdo na Eq.(24), das estimativas para t. deduzidas nas Eqs.(34)

e das relagdes de von Mises (¢ = t+/3) e Tresca (¢ = 2.7), temos

Sip | Sip _

=1
S, Su

Acos
Mises — 0.29 5y = —2—
1—-LPY=

Su

Tresca —» 0.25S, = ﬁ - T,p=0.1755y,

Su

- TLP == 0.19 SU

Ferros

Mises - 0.23 Sy = % - T,p=0.1655y
1—-LPYV2

Su

_TLp
Tresca— 0.20S5, = Zup

Su

- TLP == 014 SU

424.2. Gerber

Egs. 35

Analogamente, a partir da definicdo na EQ.(27), das estimativas para t_

deduzidas nas Eqs.(34) e das relacdes de von Mises (o = t+/3) e Tresca (o = 2.7),

temos
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Acos

Mises — rf,,.( ' ) +17,p—029S,=0 > 1,0 =0245,

Tresca — rf,,.( ) +1,p—0255,=0 > 7,p=0215S,

Egs. 36

Ferros

w

.0,23
Su

Mises > 25 (332) + 7,5 — 0235, =0 > 17, = 0205,

4.0,20
Su

Tresca— 7. (“22) +1,, — 020y = 0 > 7,5 = 0175 S,

4.2.4.3. Soderberg

A partir da defini¢do da Eq.(30), das estimativas para 1. deduzidas nas Eqs.(34),
das relacdes de von Mises (¢ = 7v/3) e Tresca (¢ = 2.7) €, adicionalmente, da relagio
obtida a partir do banco de dados FADOFF para relagdo média entre Sy e Sy
(Sy/Su=0.71 para agos e 0.74 para ferros fundidos), temos



Sip \ Sip _

=1
S. Sy

Acos
Mises » 0.29S, = —2£_— - 7,, =017 Sy

_TLpV3
0.71.Sy

Tresca— 0255, =—=— - 7,5, =0.1555,

2T p
0.71.Sy

Ferros

Mises » 0.23Sy = —£— - 1, =0.155,

_TLp3
0.74.5y

2TLp
0.74.Sy

Tresca— 0.20 S, = 1“—‘“’ - 1, =0.135y

4.2.4.4. Comparacdo entre 1, estimados e medidos

Nas Figs. 17 e 18 sdo apresentados os resultados da

40

Egs. 37

combinacdo dessas

estimativas com os dados experimentais, para acos e ferros fundidos.

500 Acos estruturais - T, X S
° Experimental

= = = Experimental (linear)

Gerber & Mises

Gerber & Tresca

Goodman & Mises

Goodman & Tresca

450

400

e— Soderberg & Mises

350

300

250

200

150

Limite de fadiga torsional pulsante t, (MPa)
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TLP=0.17 SU
tLP=0.155SU

1200

Figura 17 — Agos estruturais- 1, X Su. Comparagéo de dados experimentais com estimativas de

Goodman, Gerber e Soderberg, combinadas com Tresca e von Mises.
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500 Ferros fundidos - TLP X SU _Experimental,
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400 Goodman & Mises - -
e Soderberg & Mises Phe
350 Goodman & Tresca //’
= Soderberg & Tresca Pie
300
250
tLP=0.165 SU
200 TtLP=0.15SU
tLP=0.14 SU
150
100
50
0

0 200 400 600 800 1000 1200

Resisténcia a ruptura S, (MPa)

Figura 18 — Ferros fundidos- rLp x SU. Comparacédo de dados experimentais com estimativas de

Goodman, Gerber e Soderberg, combinadas com Tresca e von Mises.

Para as 12 amostras de a¢o, percebe-se que 11 delas seguem uma tendéncia linear

para as quais as relagdes seriam conservadoras, inclusive Gerber, que tende a ser a

menos conservadora das relagdes. O fato é que, para a maioria dos materiais, os limites

de fadiga sob tor¢cdo ndo sdo perfeitamente descritos por Goodman, Gerber e Soderberg

combinados com von Mises ou Tresca, principalmente conforme os materiais se tornam

. , . . . ~ . 1
mais frageis e mais dominados pelas tensdes normais, fazendo com que ;—L » =
L

Para o caso de materiais dominados pela tensdo cisalhante, o pardmetro

permite o ajuste mais flexivel dessa relacdo ;—L conforme serd discutido nas secdes a
L

sequir.

Dentre as 7 amostras de ferros fundidos, conforme esperado, ndo é razoavel

OF

utilizar as estimativas de Tresca e von Mises em funcdo da fragilidade (baixa tenacidade

e ductilidade) desses metais, que geram resultados experimentais muito diferentes das

estimativas normalmente usadas em acos.
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4.3. Efeito das cargas médias para tenséo axial — SLxSLp

Essa secdo tem como objetivo a verificacdo do ajuste dos dados experimentais da
relacdo entre limite de fadiga axial totalmente alternado Sp e pulsante Sip. Foi realizado o
calculo, para cada ponto, de Si a partir do valor experimental de S.p, para as estimativas de
Goodman Eq.(24), Gerber Eq.(27), Soderberg Eq.(30) e ESWT Eq.(21).

Os resultados sdo apresentados na Fig.(19). E importante mencionar que as linhas
pontilhadas para cada estimativa, exceto ESWT, ndo sdo equacbes deduzidas, e sim a
regressdo linear até a origem do diagrama para os pontos de Sp calculados a partir dos
valores experimentais de Spp. Isso porque cada material representado possui seus proprios
valores de Sy e Sy, e portanto geraria equacdes de S./Syp diferentes entre si para 0s casos

de Goodman, Gerber e Soderberg.

Agos estruturais - S| X Sy

1000 o & ) . -
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Figura 19 - Agos estruturais - S. X Sp. Comparacdo de dados experimentais com estimativas de

Goodman, Gerber, Soderberg e ESWT, com o calculo de ar do modelo de Findley para trincas B45(S)

Adicionalmente, na Fig. 19 também é apresentado, para cada uma das estimativas, o
valor de ar de Findley associado para o caso B45(S), a partir das Eqs.(16). Essa variavel é

relevante, pois indica o peso que sera dado ao o, ¢, NO critério de dano de Findley. Quanto

mais alto o valor de or, mais 0 material sofre a influéncia de o, ,;c,, 0 que indica que ele €
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mais sensivel a tensbes perpendiculares e, em casos extremos com orF muito elevado, o
modelo de Findley néo é indicado, conforme detalhado na Se¢éo 4.6.

Para as 11 amostras de aco, percebe-se que o0 ajuste dos dados experimentais é mais
préximo de ESWT e Gerber. Goodman e Soderberg gerariam resultados significativamente
nao conservativos.

Como visto na Fig. 19, os valores de ar para o caso B45(S) séo expostos junto a cada
curva. No caso, a situagdo onde ar= 0 (SL=SLp) seria uma situacdo de zero influéncia das
tensbes normais médias e maximas, enquanto que, conforme a razdo S./S.p aumenta, or
tende para infinito. Um ar muito elevado demonstraria que a influéncia da tensédo normal
maxima seria muito grande, e um modelo que inclui o efeito da gama de tens6es normais
deveria ser usado para o calculo do dano, como ESWT, por exemplo, indicando que a
iniciacdo se daria nesse caso por uma trinca A90(T), e ndo B45(S).

Os dados experimentais estudados apresentaram ar(caso B45(S))=0.42, que seria uma
situacdo de contribuicdo mista da gama de tensdes e da tensdo normal maxima

perpendicular ao plano da trinca o pic,. Esse valor médio relativamente alto pode ser um

indicio que a maioria dos acos da Fig. 19 teve sua iniciacao por trincas A90(S) ou A90(T).
Afinal, é importante lembrar que as relaces e conclusbes da Fig. 19 s6 séo validas se a
trinca iniciada tiver sido do tipo B45(S), o que infelizmente ndo costuma ser indicado em
bancos de dados de materiais.

A Fig. 20 mostra 0 mesmo grafico para 4 amostras de ferros fundidos, que apresentam
resultados proximos aos de Goodman e ESWT — é esperado que ESWT seja uma boa
relacdo para os ferros fundidos, pois sdo materiais frageis, dominados pelas gamas de
tensdes normais, que sdo consideradas por esse modelo. Os valores dispersos encontrados
para Gerber e Soderberg indicam que ndo seria adequado o0 uso dessas estimativas para 0s
casos apresentados. O valor médio alto de ar do caso B45(S) para os dados experimentais
(0r=1.13) indica que, conforme seria esperado para fundidos, o efeito das tensdes normais
médias e maximas é grande em comparacdo com o efeito das gamas de tensdo cisalhante.
Assim, espera-se que as trincas desses casos de fundidos sejam do tipo A90(T), e portanto
0 modelo de Findley B45(S) néo seria apropriado para eles, provavelmente nem mesmo o
A90(S) (cuja calibragem porém precisaria de dados de torcdo). Para efeito do calculo de
dano ou critério de vida infinita em fundidos, esses dados sugerem que deve-se utilizar um

modelo que considere as gamas de tensdo normal, como ESWT.
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Figura 20 - Agos estruturais - S X Sip. Comparacéo de dados experimentais com estimativas de

Goodman, Gerber, Soderberg e ESWT, com o calculo de ar do modelo de Findley para trincas B45(S)

4.4.Efeito das cargas médias para tor¢cao pura — TLXTLp

Essa secdo tem como objetivo a verificacdo do ajuste dos dados experimentais da
relag@o entre limite de fadiga torsional totalmente alternado T e pulsante tLp. FoI realizado
o célculo, para cada ponto, de t.p a partir do valor experimental de 1., para as estimativas
de Goodman Eq.(24) e Gerber Eq.(27), combinadas com as relacées de von Mises (S=tv/3)
e Tresca (S=21), além de ESWT Eq.(21).

E fundamental notar que as componentes médias tm das tensdes cisalhantes néo
costumam contribuir para o dano a fadiga. No entanto esse fato é normalmente mal
interpretado, pois ha na literatura testes de torcdo pura alternada que sofreram efeito de
torcdo média na iniciagdo de trincas de fadiga. No entanto, nestes experimentos as trincas
que iniciaram eram A90(T) em planos a 45 graus das direcbes de cisalhamento maximo.
Desse modo, a componente média ndo-nula da tor¢do aplicada na verdade estava causando

uma componente média ndo-nula das tensées normais perpendiculares a trinca A90(T) que
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ali iniciava. Desse modo, no plano critico de inicia¢do da trinca, o efeito observado na vida
a fadiga foi o de tensdes normais (e ndo cisalhantes) médias causadas por tor¢cdes médias.

Nos casos de tor¢do pura ciclica onde uma trinca A90(S) € iniciada, o efeito da torcao
média ndo é observado, pois neste caso ele induz tensdes cisalhantes (e ndo normais) médias
Tm NA0-nulas, o que ndo afeta o dano para vidas longas. Portanto, nesses casos A90(S), é
esperado que tL=tLp. Para vidas mais curtas, pode haver um efeito indireto de tm, porém ele
¢ causado pelo escoamento maior causado por picos de cisalhamento Tpico = Ta + Tm Maiores
devidos a um maior tm. N&0 séo portanto um efeito de tensdo cisalhante média tm, e sim um
efeito de tensdo equivalente de von Mises maxima (ta + tm)-V3.

E importante mencionar que, ainda que fosse possivel estimar o valor de or do caso
B45(S) a partir de T ¢ tLp, €5Se estudo ndo faria sentido pois esse tipo de trinca ndo iniciaria
sob torgéo pura.

A Fig. 21 apresenta os resultados da anélise dos limites de fadiga sob tor¢do. Conforme
esperado, dentre as 11 amostras de ago, 10 possuem um resultado proximo de T =1Lp,
indicando que elas s&o majoritariamente dominadas pelo cisalhamento, iniciando trincas
A90(S) que ndo sofrem efeito de torcdo média. Apenas 1 ponto ndo segue esse padréo,
mostrando um forte efeito da tenséo cisalhante média com 1, = 0.5-t. — isso levaria a
conclusdo de que, provavelmente, essa trinca iniciada foi do tipo A90(T). No entanto, essa
amostra é referente a um aco ductil, 25CrMo4 com E=220 GPa. Outros materiais do banco
com composi¢des quimicas similares, como 34CrMo4 e 42CrMo4, seguem a relacdo de
TL=TLp COM bastante fidelidade. Assim, resta a conclusdo de que o valor inserido no banco
de dados como tp desta amostra provavelmente é oriundo de um erro humano, seja de
digitacdo ou de confusdo com o conceito, e.g. assumindo que t. € a gama e nao o valor

alternado (nessa hipoétese, ao corrigir teriamos exatamente tLp = L, COMO esperado).
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Figura 21 - Agos estruturais - 7L x 7Lp. Comparacéo de dados experimentais com estimativas de
Goodman, Gerber e ESWT.

4.5.Medida da sensibilidade a cargas trativas — 7./ SL

O objetivo dessa secdo € apresentar uma comparacao dos dados experimentais de T XS,
com as relacdes previstas por von Mises (S=tv/3), Tresca (S=2t) e ESWT Eq.(22), adotando
coeficientes de Poisson v = 0.29 para agos e v = 0.28 para ferros fundidos (valores médios
do banco de dados). A razdo t./S. indica o qudo sensivel a cargas trativas é o material.

Tresca prevé que o material ndo tem sensibilidade nenhuma as cargas trativas
perpendiculares a trinca, i.e. esse critério assume que t./S. = 0.5. Pela Eq.(14), conclui-se
que ar de Findley A90(S) nesse caso seja igual a 0, ou seja, segundo Tresca o pico de tensdo
normal o, ic, Nao influenciaria no dano causado pela gama de tenses cisalhantes. Por
outro lado, von Mises prevé 1./SL = 0.577, portanto considerando alguma sensibilidade as
cargas normais, uma vez que a Eq.(14) resultaria segundo Findley em ar = 0.157 > 0 para

trincas A90(S). De modo geral, como discutido anteriormente, essa relacdo t./S. pode
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variar, sendo geralmente 7./S. > 0.8 para ferros fundidos e, para acos diversos, variando
entre 0.577 <t /SL < 0.8.

A Fig. 22 apresenta os resultados desta analise. Também ¢ apresentado, para cada uma
das estimativas, o valor de ar de Findley associado para o caso A90(S), a partir das Egs.(14).
Essa variavel € relevante, pois indica o peso que sera dado a o pic, NO critério de dano de
Findley para o caso A90(S). Quanto mais alto o valor de ar, mais 0 material sofre a
influéncia de o, pico, 0 que indica que ele € mais sensivel a tensGes perpendiculares. Para
casos extremos em materiais com or muito elevado, espera-se que o modelo de Findley ndo
seja 0 mais apropriado, uma vez que a iniciagdo provavelmente se dard por uma trinca
A90(T), em vez de A90(S), como discutido na Secéo 4.6.

Acos estruturais: t./S,
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igura 22 — Agos estruturais - 1. X S.. Comparacéo de dados experimentais com estimativas de von
Mises, Tresca e ESWT, com o célculo de ar do modelo de Findley para trincas A90(S).

Para as 29 amostras de aco da figura, fica claro que ESWT e sua previsao t./S.=0.88
superestimam os limites de tor¢do t. para materiais mais sensiveis ao cisalhamento, pois
prevé uma grande sensibilidade a tensdes normais, em uma faixa que costuma ser associada
com os fundidos. O modelo ESWT s6 gerou um bom resultado no caso de um ponto, que
corresponde a um ago St52-3 de construgdo de alta resisténcia (tipo: “Higher strength
weldable structural carbon steel”). Logo, esse resultado é coerente com as propriedades do

St52-3 uma vez que, para esse material de menor ductilidade, espera-se o surgimento de
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trincas A90(T), associado ao modelo ESWT. No caso das outras 28 amostras, os resultados
ficam entre von Mises e ESWT, o que indica uma contribuigdo mista das tensdes cisalhantes
e normais perpendiculares ao plano da trinca, com possibilidade de surgimento de trincas
A90(T), A90(S) e B45(S), dependendo do carregamento aplicado. Na pratica, os 3 tipos de
trincas precisam ser considerados na busca do plano critico onde a trinca se iniciara, uma
vez que ndo hd uma dominéncia absoluta de nenhum deles. Em outras palavras, as analises
apresentadas nesse trabalho devem ser usadas como um indicio de qual tipo de trinca sera
a dominante, mas ndo deve substituir o calculo considerando 3 modelos distintos, e.g.
ESWT para A90(T), Findley calibrado para A90(S), e Findley calibrado para B45(S).

A Fig. 23 apresenta 7 amostras de ferros fundidos. Nota-se que o resultado da regressao
linear dos dados experimentais até a origem do diagrama é perfeitamente compativel (para
duas casas decimais de precisao) com o valor 0.88 previsto pelo modelo ESWT segundo a
Eq.(23) introduzida e deduzida neste trabalho. Desse modo, ESWT com a Eq.(23) é um
6timo ajuste para todos os fundidos estudados, com excecao de 1. Este material com ajuste
mais proximo a von Mises € um GTS 45, que é um ferro fundido maleavel perlitico (tipo:
“Malleable cast iron”). Por ser maleavel, ¢ compreensivel que ndo seja tdo pouco ductil
quanto os outros ferros fundidos do grupo e, portanto, este comportamento mais sensivel ao
cisalhamento é coerente com o esperado. Assim, para este material GTS 45 é possivel o
surgimento de qualquer um dos tipos de trinca A90(T), A90(S) e B45(S), dependendo do
carregamento aplicado, mas, para 0s outros 6 exemplos, a alta contribuicdo das tensbes
normais perpendiculares ao plano da trinca no dano a fadiga torna muito provavel que se

inicie uma trinca A90(T).
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Figura 23 — Ferros fundidos — 1. x S.. Comparacdo de dados experimentais com estimativas de

von Mises, Tresca e ESWT, com o célculo de ar do modelo de Findley para trincas A90(S).

4.6.are Br de Findley

Os parametros or e prdo modelo de Findley possuem um significado fisico - ar € chamado
de “Stress Scale Factor” (SSF), e ¢ uma medida da contribui¢do das tensdes normais ao plano
da trinca para a geracdo de dano por fadiga — quanto maior, mais contribuicao terdo as tensdes
normais. Ja Pr € o limite de fadiga por cisalhamento. E importante lembrar que esse modelo
tem como premissa as tensdes cisalhantes dominantes, logo ele s6 é aplicavel para a iniciacdo
de trincas A90(S) e B45(S).

Conforme foi deduzido nas Egs. (14) e (17), existem duas calibraces possiveis para 0s
parametros or e Br de Findley — uma para o caso A90(S), funcdo de 1./ Si, e outra para o caso
B45(S), funcdo de Si/Syp.

A Fig. 24 mostra curvas destas calibragens para o caso A90(S), juntamente com 0s pontos
associados aos diversos materiais estudados. E possivel visualizar que, a partir de t./S.> 0.8,
os valores de or e Br comegam a tender para valores muito altos, indicando que o uso do modelo

de Findley, que € baseado em tensdes cisalhantes dominantes, se tornaria inadequado — nesses
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casos, provavelmente trincas A90(T) serdo iniciadas, e seria necessario usar um modelo como

0 de ESWT, que inclui as gamas de tensdo normal, que dominam o surgimento da trinca.
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Figura 24 - ar e Brde Findley como fun¢éo de 1./ S. para o caso A90(S)

Ja aFig. 25 mostra a calibragem dos pardmetros de Findley para o caso B45(S), incluindo
pontos associados aos diversos materiais estudados. Note que as curvas se cruzam em
Su/S1p=1.5. Sugere-se que a partir deste valor ndo faz mais sentido usar o modelo de Findley,
pois a contribuicdo do termo de tens6es normais, quantificada por ar, cOmeca a crescer com
taxa elevada, tendendo para o infinito. O grafico S./S.p para ferros fundidos, visto
anteriormente na Fig. 20, corrobora essa ideia — no caso, 0os dados experimentais mostram que
em média S./Sip >1.5 para os fundidos e, portanto, ar > 1, sendo um caso tipico onde o modelo

de Findley néo se aplica.
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5. Conclusoes

Neste trabalho, uma andlise critica de dados de limite de fadiga sob tracdo e torcdo foi
efetuada a partir de dados de um banco de materiais da plataforma FADOFF, incluindo
carregamentos pulsantes e totalmente alternados. Os modelos de fadiga multiaxial de plano
critico de Findley e de SWT (em sua variante elastica ESWT) foram usados para prever limites
de fadiga respectivamente em materiais mais sensiveis ao cisalhamento e as tensées normais.
Os dados foram confrontados com valores esperados por esses modelos multiaxiais em
combinacdo com estimativas de Goodman, Gerber e Soderberg, para o caso das tensdes médias,
e de von Mises e Tresca para transformac6es de tenses normais para cisalhantes.

Alguns agos apresentaram tendéncia clara de surgimento de trincas por dominéncia do
cisalhamento — é o caso daqueles com razdo T, /S;, préximos a 0.577, como previsto pelo critério
de von Mises. Nesse caso, deve-se usar o0 modelo de Findley para o critério de vida infinita, e
sdo esperadas apenas trincas dos tipos cisalhantes A90(S) ou B45(S), dependendo do tipo de
carregamento aplicado.
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Outros acos apresentaram uma influéncia mista das gamas de cisalhamento e de tenséo
normal ao plano da trinca — nesse caso, é possivel o surgimento de trincas A90(T), A90(S) ou
B45(S), dependendo do carregamento. A trinca surgira no plano e sob 0 mecanismo que
maximizar o parametro de dano dentre os critérios possiveis. Assim, o adequado € realizar o
calculo por Findley, com calibragens distintas para os casos A90(S) e B45(S), e por ESWT para
0 caso A90(T) de trincas iniciadas pela gama de tensdes normais.

Apenas 1 aco demonstrou um comportamento injustificavel, que foi 0 24CrMo4 (ID=469

no FADOFF) — o material apresentou um valor de t,/t;, muito abaixo da meédia, o que a

principio indicaria uma tendéncia ao surgimento de trincas A90(T) e a inaplicabilidade do
modelo de Findley. No entanto, analisando seu ty/s;, = 0.69, dentro da faixa de influéncias
cisalhantes e normais mistas, seu S./S.p=1.2 relativamente baixo, e sua alta ductilidade, bem
como comparando seus valores com aqueles de composicdo quimica semelhante, concluiu-se

que o valor adicionado ao banco de dados para Ty, deve ser oriundo de erro humano e deveria

ser o dobro do cadastrado.

Os ferros fundidos apresentaram comportamento esperado, sendo inclusive sua média de
T1./S;, = 0.88 perfeitamente descrita (dentro de 2 casas decimais) pela Eq.(23) introduzida nesse
trabalho, deduzida a partir do modelo ESWT. Esse de fato é o modelo que deve ser usado para
os ferros fundidos, dentre os modelos apresentados, pois considera as gamas de tensdo normais
ao plano da trinca, que sdo dominantes para materiais frageis (tanto por baixa ductilidade quanto
por baixa tenacidade). Assim, espera-se nesses materiais fundidos o surgimento de trincas
A90(T).

As principais conclusdes do trabalho, baseadas no conjunto (limitado) de materiais
estudados, sdo resumidas a seguir:

(i) as estimativas de Juvinall para o limite de fadiga axial sob tensdo média nula se
mostraram coerentes em média com os dados estudados, ainda que estes sejam
dispersos, exceto para os fundidos;

(i)  a maioria dos agos estruturais estudados teve seu comportamento sob cargas axiais
pulsantes na regido entre as previsdes de Goodman e Gerber, confirmando sua
aplicabilidade para cargas axiais, enquanto que Soderberg ndo é recomendado por ser
demasiadamente conservativo;

(ili) Goodman e Gerber em geral superestimaram os efeitos de carga média nos casos de

torcdo ciclica pura, pois assumem uma influéncia da componente média da torgao que
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(vi)

(vii)

(viii)
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so influenciaria o dano a fadiga em trincas A90(T) ou se ela fosse grande o suficiente
para causar escoamento;

a iniciacdo de trincas de cisalhamento do tipo B45(S) ¢ influenciada pelo parametro de
Findley ar, com a sua calibragem obtida a partir da razdo S./Srp entre os limites de
fadiga axiais sob carga totalmente alternada e pulsante, enquanto que para trincas do
tipo A90(S) a calibragem de or de Findley deve partir da razdo torsional/axial t./S. sob
cargas totalmente alternadas;

calibragens com ar muito elevado sugerem que o material considerado é mais sensivel
a tensbGes normais, para o qual o modelo ESWT seria mais apropriado, devendo-se ter
cautela no uso de Findley para or > 0.75 na calibragem A90(S), associado a t./S. > 0.8,
e or > 1 na calibragem B45(S), associado a S./Sip > 1.5;

os limites de fadiga sob tor¢éo pura t. costumam ficar entre as previsdes de von Mises
e ESWT, esperando-se razdes t./S. mais proximas a von Mises (t./S.=1/\3, ar=0.157)

em acos ducteis com iniciacdo sob torcao ciclica pura de trincas A90(S) dominadas por

cisalhamento, e mais préximas a ESWT (;—L == 0.88) em ferros fundidos (nédo-

L VTe
maleédveis) e em acos menos ducteis com trincas A90(T), que costumam iniciar nos
planos criticos com as maiores gamas de tensdo normal (localizados a +45 graus em 6
das direcdes do cisalhamento torsional aplicado);
os limites de fadiga axial sob carga pulsante S.p costumam ficar entre as previsfes de
Gerber e ESWT para acos, e entre ESWT e Goodman para ferros fundidos, esperando-
se assim razdes S./S.p mais proximas a Gerber em materiais ddcteis e mais proximas a
Goodman em materiais frageis, além de ter em ESWT uma razoavel estimativa
intermediéria (SL/S.p = V2) para ambos 0s casos; e
os limites de fadiga torsional sob carga pulsante t., costumam ficar acima da previsao
de ESWT (tip/t = 1/N2 = 0.7), e entre as previsdes de Gerber (aplicado em conjunto
com von Mises) e da hip6tese de zero influéncia da tor¢cdo média (tip/tL = 1), sugerindo
assim razdes tLp/tL mais proximas de 1 quando as trincas geradas iniciarem em planos
A90(S) (nos quais a componente média da tor¢do aplicada gera tensdes cisalhantes
médias que ndo afetam o dano a fadiga, desde que abaixo da resisténcia ao escoamento),
e mais proximas de Gerber a medida que se tornem predominantes trincas iniciadas em
planos A90(T) (nos quais a componente média da torcdo aplicada gera na verdade
tensdes normais médias, que portanto afetam o dano a fadiga neste planos defasados em

0 de £45 graus).
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Também é uma concluséo relevante do trabalho a importancia do compartilhamento de
dados experimentais na Engenharia Mecanica, como é feito pelo projeto FADOFF. Essa
disponibilidade permite a validacao de célculos tedricos e o melhor entendimento sobre o real
comportamento mecanico dos materiais, além das estimativas propostas, que nem sempre sao

totalmente abrangentes e aplicaveis.
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APENDICE A

A tabela abaixo ¢ uma compilac¢do de todos materiais da “Materials Database” do FADOFF [5] que possuem registro de algum dos limites
de fadiga (Sv, Sip, TL OU TLp). Para cada um dos materiais documentados, é feita no website a referéncia a publicacdo onde o experimento que
gerou as propriedades em questdo foi citado. Estes foram 0s pontos amostrais expostos nos graficos das figuras 8-28.

E importante ressaltar que, no website FADOFF, ndo foi possivel encontrar explicitamente a definicéo clara dos limites de fadiga expostos,
mas a referéncia [19], do site Pragtic (predecessor do FADOFF) indica que provavelmente os limites de fadiga estdo definidos, no banco de
dados, como a tensdo maxima do carregamento ciclico. Nas analises do presente trabalho, foram comparadas as tensdes alternadas, e por isso
utilizando-se a premissa de que o FADOFF utiliza tensdes méximas, dividiu-se os valores listados dos carregamentos pulsantes por 2. Os
valores mostrados na tabela abaixo ja sdo referentes as tensdes alternadas.

E — Mddulo de elasticidade (GPa)

Su — Resisténcia a ruputra (MPa)

Sy — Resisténcia ao escoamento (MPa)

v — Modulo de Poisson eléstico

SL — Limite de fadiga axial totalmente alternado, tens&o alternada (MPa)

Stp — Limite de fadiga axial pulsante, tensdo alternada (MPa)

T — Limite de fadiga torsional totalmente alternado, tenséo alternada (MPa)

TLp — Limite de fadiga torsional pulsante, tensdo alternada (MPa)



31
497
531

23

39

40
494
498

41

61
168
275

144

424
279
452
483
466

3

52
486
469*

Name

0.1%C steel
0.13%C steel
0.14%C steel
0.35%C steel
0.4%C steel
0.4%C steel
0.6%C steel
0.6%C steel
0.9%C steel
(pearlitic)
100Cr6
10HNAP
10HNAP

11523.1

15HM
18G2A
18G2A
20MnCr5
24S-T3
25CrMo4
25CrMo4
25CrMo4
25CrMo4*

Type

General structural carbon steel
General structural carbon steel
General structural carbon steel

General structural carbon steel
General structural carbon steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel

Heat treatable steel

Higher strength weldable structural
carbon steel
General structural carbon steel

Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel

E
(GPa)
0
0
203.5
209.9

Su
(MPa)
431
479
373
559
649
477
772
1220

848

2467
566
556

551

618
611
0
1028
503
780
780
801
780

Sy

(MPa)
0
309
240
0
0
0
510
1112

2115
418
414

365

482
394

940
372
660
660
672
660

v

0
0
0.287
0.292

0.285
0.285

0.29
0.29

0.31

O OO O oo

SL
(MPa)
0
0
205.9
215.8

866
252.3
252

210

204
204
516
174.6
361
361
340
361

SLp
(MPa)

OO O OO0 O OO O0OOoOoOoOooo

aN
[ By
o O

167.3
300
321.5
300
300

58

TL TLp
(MPa) (MPa)

151.4
161
132.4
137
207
156
221
363

240.9

241
182
145

180

345

0
157
303

0
228
228
228
250 125 (2507)

OO OO O0OO0ODO0OO0 O OO0 O OO0 oOoOoOooooo

*Conforme descrito na secdo 4.4 e nas conclusdes do trabalho, h&a argumentos para acreditar que a entrada de dados para 1., deste material no FADOFF esta errada,
provavelmente trocada de 250 para 125 em funcdo de confusdo de conceito entre a tensdo alternada e maxima do carregamento ciclico aplicado no experimento em questéo.



454
15

42

32
45
149
277

(ep]

184
253
254
292

43

13
12
255
53
174
455
26
675
10
150

Name

27MnVS6
3%C cast iron
3%Ni steel
(30/35 ton)
3,5%NiCr steel
3.5%NiCr steel
30CrNiMo8
30CrNiMo8
30NCD16
30NCD16
30NCD16
30NCD16
30NCD16
30NCD16
30NCD16
3-3.5%Ni steel (45/50
ton)

34Cr4

34Cr4
34CrMo4
35CD4
35CrMo4
35NiCrMo4
38MnVS5
39NiCrMo3
41 1523.1
42CrMo4
42CrMo4

Type

Microalloyed steel
Grey cast iron

Heat treatable steel

Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel

Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel

Microalloyed steel
Heat treatable steel

Heat treatable steel
Heat treatable steel

E
(GPa)
197
0

0

0

0
206
217
200
200
200
200
200

200

192
218

200
200

195
206
210

2114

Su

(MPa)
820
181

527

896

897

910
1014
1160
1160
1200
1200
1200
1800
1200

723

858
795
902
1123
1123
0
935
856
550
1025
1111

Sy
(MPa)
554
0

0

0

0
700
812
1020
1020
1020
950
1080
0
895

0

700
657
706
1019
1019
0
647
625
335
888
998

v

0.29
0.29
0.29
0.29

0.3

0.3

O O o oo

SL
(MPa)
339
0

0

0
0
480

o o

560
560

560

415
410
392
558
558
558
372
367.5
220

529

SLp
(MPa)

O O OO 0O OO0 0OO0ODO0OO0OO0O O oo

w w
NN
o o

O OO OO oOoOo

T
(MPa)

0

91.2

205.4

352.1
324.3
0

370
415
410
428
426
428
410
428

267.2

256
256
295
384
384
384
0
265
134.3
260
0

59

TLp

(MPa)

OO O OO0 O OO0 O0O0O0DO0O0OO0OOoO o oo

259

O OO OO oO oo



446
447
564
151

14

27
674

28

29

30

16
425
426
243
244
245
514
460
461
541
551
152

518

24
25
251

Name

42CrMo4
42CrMo4
42CrMo4
49MnVS3

5695 mild steel
6082-T6

6082-T6 aluminum
76S-T61 aluminum
76S-T61 aluminum
76S-T61 aluminum
982 FA hard steel
A365 GR5

A387 GR22

AISI 8620

AISI 8620

AISI 8620

Al Gamma-Silumin
AlCuMg2
AlCuMg?2

alloyed cast iron
alloyed cast iron
AlMg4.5Mn
bronze A (wrought
bronze)

C35N

C35N

C36

Type

Heat treatable steel

Heat treatable steel

Heat treatable steel
Microalloyed steel

General structural carbon steel

Aluminum wrought alloy
aluminum wrought alloy
aluminum wrought alloy
aluminum wrought alloy
Heat treatable steel
Aluminum cast alloy
Aluminum cast alloy
Heat treatable steel

Aluminum wrought alloy
Aluminum wrought alloy
Higher strength cast steel
Higher strength cast steel
Aluminum wrought alloy

copper alloy

Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel

E
(GPa)
217.6
218.8
212
210.2
0

O OO OO OoOoOo

200
200
200

75
75

71.5

o O o

Su
(MPa)

1142
816
724
840
374
343
0
519
519
519
681
623
786
0

0

0
203
490
596
352
419
363

604

550
533

Sy

(MPa)
1003
413
391
566
0
0
0
481
481
481
401
485
675

o

108
310
438

298
429

313
264

v

0.29
0.296

o

O OO O OO OO0 O0ODO0OO0ODO0OO0ODO0ODO0OO0ODO0OO0OOO0OO0OOoOoo

Su

(MPa)
485
290
282
388

O OO O OO oO oo

870
820
920

167.3
165
73.6
63.7
175

250
189
236

SLp
(MPa)
375

N
N
(6)]

O O OO 0O OO0 O0ODO0ODO0O0O0OO0D0O0O0O0O0OO0OO0OOo oo

175

T
(MPa)

315

200

0

0

137.3

87

76.2

109.7

119.3

143.4

196.1

342

462

o o

5

w

© oo oo o

150
150
169

60

TLp

(MPa)
297.5

O OO O oo

100
105.4
121.2

o

o
H

0o M OOOCOOONOOOOO

a1
(o2}



34
445
153
423
515

37
523
524
525
496
532
533

44

35

17
512
513
510
287
435
465

20
528
536
537
556

Name

Cast alloy steel
Ck 35
Ck 45
Ck 45

copper electrolytic

CrMo cast iron

Cr-Ni steel (VCN 35)
Cr-Ni steel (VCN 35)
Cr-Ni-W steel (EFD 70)

CrV steel

Cr-V steel

Cr-V steel

CrVa steel
(45/50 ton)
CuCr cast iron
D-30 aluminum
Duralumin 681 b
Duralumin 681 b
Elektron AZM
En24T

En25T

En3B

FGS 800-2

Ge 12 (cast iron)
Ge 12.91

Ge 14.91

Ge 14.91

Type

Higher strength cast steel
Heat treatable steel

Heat treatable steel
copper alloy

Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel
Heat treatable steel

Aluminum wrought alloy
Aluminum wrought alloy
Aluminum wrought alloy
Magnesium alloy

Heat treatable steel

General structural carbon steel
Nodular cast iron

Grey cast iron

Grey cast iron

Grey cast iron

Grey cast iron

E
(GPa)
202
0
210.5

(@)

O O O o

209.2
206.9
206.9

198.6

(@)

O OO oo

197.4

o

o O o

Su

(MPa)
808
706
790
0
220
287
1059
721
1584
1220
1128
1128

752

499
433
266
400
307
850

0
639
795
114
175
167
167

Sy

(MPa)
677
539
531
0
43
0
965
393
1279
1158
731
888

303
117
237
133

606
462
111

v

o
N
~

Ooooooook~

o
()
o0
ol

0.285

o
[N)
o
@Ww o o

0.27

O OO O U0 oo ooo

Su
(MPa)
0
306
382
423

O O O O oo

519.8
519.8

o O O o

405
476
206.3
245

34.4
34.3
39.2

SLp
(MPa)
0
253

OO O OO OO0 OO0 O0O0O0 O OO0 O0OOoOOoOooo

T
(MPa)
277.2
219
0
287
49
150.3
304
215.8
367.8
386
308.9
402.1

257.9

222.4
100
63.7
78.5
60.8
270
273
0
220
63.7
0

0

0

61

TLp

(MPa)
0
198.5

o
=
O OO NOOOOODODODOoODOoODL O oooo



538
539
529
540
565

58

49
477

51
508
509
252
507

50
493
475
476
542
543
544
545

36

462
463
517
516

Name

Ge 18.91

Ge 22.91

Ge 24 (special cast iron)
Ge 26.91

GG 30

GG-20

GGG-40

GGG-40

GGG-60

GGG-60

GGG-70

GS-52

GTS-35

GTS-45

GTS-45

GTS-55

GTS-70

high-quality cast iron
high-quality cast iron
high-quality cast iron
high-quality cast iron
Inoculated cast iron
JIS SM490A
Metasafe 900
Metasafe 900

Ms 60 (wrought brass)
Ms 70 (yellow tombac)

Type

Grey cast iron

Grey cast iron

Grey cast iron

Grey cast iron

Nodular cast iron

Grey cast iron

Nodular cast iron
Nodular cast iron
Nodular cast iron
Nodular cast iron
Nodular cast iron

Higher strength cast steel
Malleable cast iron
Malleable cast iron
Malleable cast iron
Malleable cast iron
Malleable cast iron
Higher strength cast steel
Higher strength cast steel
Higher strength cast steel
Higher strenght cast steel

Heat treatable steel

copper alloy
copper alloy

E
(GPa)

O OO oo

149.

O OO OO OO oo

200
200

Su
(MPa)

247
237
243
266
294
224
447
427
815
672
720

0
353
449
515
554
711
442
451
370
342
360
710
870
845
392
335

Sy
(MPa)

o O O o

304

334
289
516
418
485

235
305
343
358
593

o O O o

550
616
650
118
110

v

0.26

o
N
O O O OO NOODODODOOONOOOOOOWwWOoOooooo

Su

(MPa)
63.7
58.8
0
73.6
174
98.1
244
0
275
0
0
250
0
250

112.8
117.7
112.8
117.7

343
402.9
371.9

SLp
(MPa)

0

0

0

0
111
58.9
164

0
196

o

OO OO U OO OO0 O0OO0OO0OO0oOo oo

T
(MPa)

0

0

127.5

62

TLp

(MPa)

~
[00)

[EEN
(0]

[EEN
b ~ b
O 00O O UlOOOO0OO0O0O0O0O0OO0O0O00O0O0OO0OO0OO0OO0OUTo oo ol oo

~
w



38
47

46

48
677

21
256
519
276
676

33
495
522

59
263
448
563
520
154
155
521
456

11
527
156

Name

NiCr cast iron
NiCr steel

(95/105 ton)
NiCrMo steel
(75/80 ton)
Nicrosilal cast iron
OFHC pure copper
S65A

S65A

SAE 4340
SAE1045
SF1/700-2 class cast iron
Silal cast iron
SiMn steel

St100

St35

St35

St35

St35

St37

St42

St42

St48

St52-3

St60

stainless steel V 2 AW
StE 460

Type

Heat treatable steel

Heat treatable steel

Nodular cast iron
Heat treatable steel
Heat treatable steel

Nodular cast iron

Nodular cast iron

Heat treatable steel

Heat treatable steel

General structural carbon steel
General structural carbon steel
General structural carbon steel
General structural carbon steel
General structural carbon steel
General structural carbon steel
General structural carbon steel
General structural carbon steel
General structural carbon steel
General structural carbon steel
Stainless steel

Fine-grained structural steel

E
(GPa)
128.9

Su
(MPa)
290

1668

1243

257
220
1001
894
875
621
0
241
1405
979
395
395
543
399
343
0
457
529
544
765
663
682

Sy
(MPa)
0

v

0.317

o
[N
o
©

O OO OO o oo

Su
(MPa)
0

0

0

88

211.5
196.5

203
189
230
196

220
250

245
294

321

SLp
(MPa)

o O

OO OO0 O0OO0OO0OOoOo o

145

(@)

180

O OO O oo

250

o

T
(MPa)
137.5

452.5

342.9

211.6
60
370.7
330.9
286
1255
177.5
219.3
381
284.4
120
122
130

0

103

0

0
147.1
0

176
132.3

63

TLp

(MPa)



157
158
159
160
161
546
547
548
549
552
553
554
555

22

19

Name

StE 460
StE 460
StE 690
StE 690
StE 690
Te 38.92
Te 38.92
Te 38.92
Te 38.92
Te 38.92
Te 38.92
Te 38.92
Te 38.92
Ti-6Al-4V
XC18

Type

Malleable cast iron
Malleable cast iron
Malleable cast iron
Malleable cast iron
Malleable cast iron
Malleable cast iron
Malleable cast iron
Malleable cast iron
Titanium alloy

Heat treatable steel

E

(GPa)
208
208
209
209
209

O OO OO OoOoOo

-
-
o

210

Su
(MPa)

Sy
(MPa)

v

Su

(MPa)
237
208
478
338
248
137.3
137.3
0
0
112.8
98.1

583
273

WWOOOOOOOOOoOoOo oo

o o

SLp
(MPa)

O O OO OO OOO0OO0OO0OO0oOooo

T

(MPa)

O O OO o oo

156.9
152

142.2
127.5
411
186

64

TLp

(MPa)

O OO OO O0OO0OO0O0O0OO0OO0oOooo



