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RESUMO

A descri¢ao precisa e correta do comportamento mecanico de materiais ducteis ¢ uma questio
que vem sendo abordada desde o século XIX por varios pesquisadores ao redor do mundo. Uma
das formulagdes mais comumente utilizadas para descrever o comportamento mecanico de materiais
ducteis durante o regime elasto-plastico foi proposta por von Mises e se baseia na teoria do segundo
invariante do tensor das tensoes desviadores, J,. Contudo para alguns grupos de materiais ducteis,
como ligas de aluminio, a formulagdo classica de von Mises niao ¢é capaz de capturar efeitos
importantes, como o efeito da tensdo hidrostatica/triaxialidade, do terceiro invariante/angulo de
Lode, dos pontos de calibragio, e entre outros. Desta forma, este trabalho tem como contribui¢do o
estudo de dois modelos elasto-plasticos que contemplam a influéncia do terceiro invariante do
tensor desviador (J3) em suas formulagoes. O primeiro destes modelos selecionados foi proposto na
década de 1970 por Hosford e inclui o efeito da magnitude de tensio (J,) e do terceiro invariante
do tensor desviador (J3); o segundo modelo, proposto por Gao et al., contempla a magnitude de
tensao (J,), o terceiro invariante do tensor desviador (J3) e a tensdo hidrostitica (p). Como
primeira etapa do trabalho, faz-se uma revisdao dos conceitos da mecanica dos materiais ¢ da
modelacdo constitutiva. Posteriormente, uma andlise dos modelos de Hosford e Gao et al. ¢é feita,
levando em consideracdo seus aspectos matematicos e numéricos. Através de simulagoes numéricas
preliminares, demonstra-se o ganho de precisaio obtido pelos modelos, na descricio do
comportamento elasto-plastico de materiais duteis, quando efeito do terceiro invariante do tensor
desviador (J3) ¢ introduzido. Em seguida, sete indicadores de fratura ductil (Freudenthal, Datsko,
Cockcroft & Latham, Rice & Tracey, Brozzo et al., Vaz jr. e Xue) sdao adicionados a etapa de pos-
processamento do algoritmo de retorno proposto para o modelo elasto-plastido de Gao et al,
baseado na metodologia de decomposi¢ao do operador e implementado através de um método de
integracao implicita em uma ferramenta académica de elementos finitos, juntamente com sua mattiz
tangente consistente. Por fim, através de uma comparagio entre os resultados obtidos
numericamente e dados experimentais disponiveis na literatura, avalia-se o desempenho destes
indicadores de fratura ductil quanto as suas capacidades preditivas para o local e instante esperado
para a falha ductil, com base em um campo de tensio e deformacio realistico. Para tal, considera-se
a liga de aco SAE1045 e uma liga de aluminio aeronautico, e corpos de prova que simulem estados

de tensdo dentro das regides de alta e baixa triaxialidade.

Palavras-chaves: Terceiro Invariante, Triaxialidade, Indicadores de Fratura, Fratura Ductil.
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ABSTRACT

The precise and correct description of the mechanical behavior of ductile materials is an issue
that has been addressed since the 19" century by several researchers around the world. One of the
most widespread yield functions used to describe mechanical behavior of ductile materials was
proposed by von Mises and it is based on the theory of the second invariant of the deviatoric stress
tensor, J,. However for some groups of ductile materials like aluminum alloys, the traditional J,
theory is not capable of capturing important effects that contribute to the description of the ductile
behavior. In this sense, new approaches have been suggested coupled with the introduction of
important effects, as the effects of hydrostatic stress/triaxiality, third invariant/Lode angle, multi
calibration points and others. In this sense, this work presents a study of two elasto-plastic models
which include the influence of the third invariant of the deviatoric stress tensor (J3) in their
formulations. The first selected model was proposed in the 1970s by Hosford and includes the
effects of stress intensity (J,) and third invariant of the deviatoric stress tensor (J3); the second
model, proposed by Gao et al., contemplates the stress intensity (J,), the third invariant (J3) and
the hydrostatic stress (p) parameters. As the first stage of the work, a review of the concepts of
Mechanics of Materials and Constitutive Modeling Theory is conducted. Subsequently, an analysis of
Hosford’s and Gao’s models with isotropic hardening is done, taking into account its mathematical
and numerical aspects. Through preliminary numerical simulations, the precision improvement
obtained in the description of the mechanical behavior of ductile materials, when the third invariant
(J3) is introduced, is demonstrated. Next, seven fracture criteria (Freudenthal, Datsko, Cockcroft &
Latham, Rice & Tracey, Brozzo et al.,, Vaz jr. e Xue) are added to the post-processing step of the
return map algorithm of Gao et al’s elasto-plastic model, based on the operator splitting
methodology and implemented through an implicit numerical integration method in an academic
finite element environment, along with its consistent tangent matrix. Finally, through a comparison
between the numerical results and experimental data available in the literature, an assessment of
performance is carried out regarding the ability of these fracture indicators to point out the correct
fracture onset, based on realistic stress and strain fields. For this, two types of materials, an
aeronautics aluminum alloy and the SAE1045 steel alloy, and different specimens that simulate stress

states within the high and low stress triaxiality regions are taken into account.

Keywords: Third Invariant, Stress Triaxiality, Fracture Indicators, Ductile Fracture.
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Angulo de Lode normalizado.
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m Expoente de endurecimento por deformacio plastica

A Forca termodinamica associada ao endurecimento isotrépico.

Q)

Funcio algoritmica constitutiva implicita para a atualizacdo das tensdes.

o) Funcio de escoamento do material.

D,4q Funcio de escoamento no pseudo-tempo ty41.

ptrial Funcio de escoamento tentativa.

F(n, &) Funcio de Xue & Wierzbicki (2008) para deformagio plastica acumulada.

AP Incremento de deformacio plastica.
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Iy Indicador de fratura ductil de Brozzo et al. (1972).

Ieppiq Indicador de fratura ductil de Cockcroft & Latham (1968) no pseudo-tempo &y, 41.
e, Indicador de fratura ductil de Cockcroft & Latham (1968) no pseudo-tempo t,.
I Indicador de fratura ductil de Cockeroft & Latham (1968).

I} emaitre Indicador de fratura ductil de Lemaitre (1980).

Iprpiq Indicador de fratura ductil de Rice & Tracey (1969) no pseudo-tempo ty41.

Igr,, Indicador de fratura ductil de Rice & Tracey (1969) no pseudo-tempo ty,.

It Indicador de fratura ductil de Rice & Tracey (1969).
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lvazpiq Indicador de fratura ductil de Vaz Jr. (1998) no pseudo-tempo t;,41.
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Ci234 Parimetros materiais da formulagdo de Xue & Wierzbicki (2008).

Y Potencial de fluxo plastico.

[friat Primeiro invariante do tensor tensdao de Cauchy tentativa

J123 Primeiro, segundo e terceiro invariantes do tensor tensdo desviador

lio3 Primeiro, segundo e terceiro invariantes do tensor tensio.
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Mo Referéncia da razao de triaxialidade.
Iy Representagao geral de um indicador de fratura.
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1 Introducgao

1.1 CONTEXTUALIZACAO

Formula¢ées de modelos constitutivos para a descricio precisa e acurada do comportamento
mecanico elasto-plastico de materiais metalicos ducteis vém sendo extensivamente estudadas ha mais
de um século. A necessidade de uma predi¢ao correta para o instante e o local de inicio da fratura
ductil é um enfoque de grande importancia para os setores de alto desempenho da inddstria e vem
sendo pesquisado tanto no ambito académico quanto no industrial. Apesar de anos de pesquisas,

muitas questoes continuam abertas, propiciando desafios aos pesquisadores.

Visando desenvolver produtos com caracteristicas aprimoradas quanto ao desempenho,
durabilidade, custo de producao e competitividade, assim como otimizar os processos de fabricagao
envolvidos, setores competitivos das industrias aeroespacial, automotiva, naval, bélica e entre outras,
vem empregando metodologias cientificas cada vez mais avangadas. Com isso, obtém-se uma
produgao mais eficiente, garantindo a devida funcionalidade do produto a um custo menor. Como
exemplo, Walp et al. (2006) aponta o expressivo empenho da inddstria automotiva na busca pela
reducao de peso e quantidade de material empregada na fabricacao de determinadas estruturas
veiculares, como chassis e carrocerias, sem que haja redugao de suas caracteristicas mais importantes
como rigidez, desempenho e competitividade no mercado. Para que tais aprimoramentos sejam
possiveis, faz-se uso de critérios e modelos elasto-plasticos com capacidade de descrever com maior
precisio o comportamento mecanico de materiais ducteis, partindo do correto local e instante para o

inicio de uma trinca que, eventualmente, pode evoluir para até a completa fratura do material.

A Figura 1 apresenta alguns exemplos da utilizacdo de modelos elasto-plasticos na analise de
tensdes em estruturas e componentes mecanicos. Sao ilustradas, respectivamente, nas imagens da
Figura 1: (a) caracterizacao de um material, (b) anilise de uma estrutura automotiva ROPS, (c)
colisao de um automével, (d) otimizacido de um processo de fabricacao e (¢) dimensionamento de

pontes temporarias para uso publico, industrial ou militar.



©

Figura 1 — Exemplos da aplicagio de modelos constitutivos para a descrigio do
comportamento elasto-plasticos de estruturas e componentes mecanicos. Fonte:
Bao (2004), Bai (2008), Dlubal Engineering Software (2013) e MSC Software
Solutions (2013).

Uma das formula¢Ges mais comumente utilizadas na descricao do comportamento mecanico de
materiais ducteis durante o regime elasto-plastico é baseada na magnitude de tensio, isto é, a sua
formulacdo ¢ feita em fungio do segundo invariante do tensor das tensdes desviadoras, J,. Esse
modelo constitutivo, amplamente conhecido como modelo de von Mises (1913), propoe que o
escoamento plastico do material se inicia quando o segundo invariante, J,, atinge um valor critico.
Contudo, conforme observado experimentalmente, esta formulacido clssica apresenta limitagoes
quanto a descri¢ao correta do comportamento mecanico de materiais ducteis. Desta forma, a sua

utiliza¢do ndo pode ser generalizada, uma vez que este modelo nao apresenta a mesma precisao para
2



uma grande variedade de materiais, especialmente ligas materiais modernas (Bai, 2008; Driemeier,

2015).

No estudo da elasto-plasticidade, alguns parametros sio comumente citados na definicio do
estado de tensio de um ponto material. Dentre os parametros e conceitos mais importantes pode-se
destacat, juntamente com a magnitude de tensio (J;), a chamada tensio hidrostitica (p) e o

chamado terceiro invariante do tensor desviador (J3).

A tensio hidrostitica (p) vem sendo amplamente estudada ao longo das ultimas décadas devido
a sua influéncia na ductilidade dos materiais metalicos. Bridgman (1952) conduziu experimentos
com diferentes ligas de ago e apresentou como conclusio o impacto da tensao hidrostatica na
deformagao para fratura destes materiais, no quais niveis mais elevados da tensio hidrostatica
resultam em maiores alongamentos até que ocorra a falha no material. Segundo Rice & Tracey
(1969), este parametro atua como fator regulatério das taxas de nucleagdo de vazios. Nas solicitagoes
compressivas, a tensao hidrostatica contribui para o fechamento dos vazios no material, enquanto
para solicitagdes trativas o seu efeito colabora com a nucleagdo e crescimento dos vazios. Além
disso, segundo Hancock & Mackenzie (1976), a fratura ductil se inicia nos locais onde os niveis da

tensao hidrostatica sao maximos.

Na formulacdo matematica, a tensio hidrostatica ¢ comumente introduzida através de sua
normalizacdo com relagio a uma tensao equivalente, a qual caracteriza por meio de um escalar o
estado geral de tensio. Tal representagio é denominada como razio de triaxialidade (7). Como
efeito no modelo constitutivo, este parametro controla o tamanho do dominio elastico/supetficie de
escoamento do material. Contudo, conforme apresentado por Barsoum & Faleskog (2007), a razao
de triaxialidade nao é um parametro suficiente para caracterizar a ductilidade do material,

especialmente nas situagoes onde ha predominio dos carregamentos cisalhantes.

Neste contexto, para as condigdes nas quais a solicitacdo cisalhante é predominante, o parametro
do terceiro invariante do tensor desviador (J3) atua de maneira mais significativa no dano e na falha
dactil. Como exemplo, a dependéncia desse parametro ¢é responsavel por determinadas
caracteristicas no processo da falha ductil, como a evolu¢io do formato dos vazios no material,
formacio de bandas de cisalhamento, diferencas de ductilidade entre tracio e torcao/cisalhamento e
a transicao entre modos de falha (Bao & Wierzbicki, 2004; Barsoum & Faleskog, 2007 e 2011;
Briinig et al., 2013). Normalmente tais efeitos sio introduzidos na formulagdo matematica do critério
de escoamento através do chamado angulo de Lode (€), o qual é uma funcio do terceiro invariante

do tensor desviador normalizado (). Desta forma, quando acrescentado a formulagio matemitica,



o terceiro invariante atua na alteracio do formato da superficie de escoamento do material (Bardet,

1990; Bai, 2008).

A importancia desses dois parametros, tensio hidrostatica e terceiro invariante do tensor
desviador, na descri¢ao do comportamento mecanico de materiais ducteis tém recebido uma grande
atencdo e estudos detalhados acerca da influéncia desses parametros na formulagdo constitutiva de
modelos elasto-plasticos e da mecanica do dano foram propostos por diversos autores (Bai e al.,
2007; Bai, 2008; Driemeier ez al., 2010; Mirone ez al., 2010; Gao et al., 2011; Khan, 2012; Briinig et al.,
2013; Malcher et al.,, 2013 e 2014, Driemeier et al, 2015). A Figura 2 ilustra o efeito de ambos os
parametros elasto-plasticos no comportamento mecanico de materiais ducteis (ver Bai, 2008).
Segundo Bai (2008), o efeito do angulo de Lode na descrigdo do comportamento elasto-plastico do
material é mais severo que o efeito do nivel de triaxialidade, quando ha a presenca de solicitagoes

cisalhantes.
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Figura 2 — Contribuigio do efeito do terceiro invariante do tensor desviador e tensdo
hidrostatica no comportamento mecinico de materiais diacteis. Adaptado de Bai,
2008.



A Figura 2 apresenta uma comparagdo entre as curvas de reagao forca-deslocamento obtidas
experimentalmente, para uma liga de aluminio Al2024-T351, e as curvas de reagao obtidas pela
simulagdo numérica do modelo constitutivo proposto por Bai & Wierzbicki (2007) em trés
configuracOes distintas: 1) sem corregodes, na qual o modelo se iguala a von Mises, 2) configuracao
contemplado apenas o efeito da tensio hidrostitica (p) e 3) configuracio com os efeitos da tensio
hidrostatica (p) e do terceiro invariante do tensor desviador (J3) introduzidos. Os resultados das
simulagoes de trés tipos diferentes de corpos de provas, que variam a dependéncia quanto a tensao
hidrostatica e ao angulo de Lode, ilustram que hia uma maior dependéncia do angulo de Lode
conforme ha uma maior solicitagao cisalhante. Desta forma, a Fig. 2(c) ilustra o aprimoramento
expressivo obtido na descri¢do do comportamento mecanico do material através da introdu¢ao do
efeito do terceiro invariante (acrescentado ao modelo através do angulo de Lode), o qual se mostra
claramente mais expressivo que o ganho de precisio apresentado pela introdugao da tensdo

hidrostatica nesta condi¢ao de condigao de carregamento.

Intmeras outras analises experimentais foram realizadas por um grande numero de
pesquisadores com relacao aos efeitos da tensdao hidrostatica e da triaxialidade na fratura ductil.
Como exemplo, Richmond & Spitzing (1980) foram os primeiros a estudar os efeitos da tensio
hidrostatica no escoamento de ligas de aluminio. Mais recentemente, Bao & Wierzbicki (2004)
conduziram um extensivo programa experimental com a liga de aluminio Al2024-T351, utilizando
onze espécimes distintos. Segundo estes autores, para diferentes niveis da razio de triaxialidade, a
falha ductil ocorre por mecanismos de falha distintos. Além disso, de acordo com Kim et al. (2007) e
Gao & Kim (2000), diferentes estados de tensio com uma mesma razao de triaxialidade resultam em

comportamentos distintos para o crescimento e coalescéncia de vazios.

Neste sentido, para que se faga a distingao entre estados de tensao que apresentem um mesmo
nivel de triaxialidade, é necessario a introducao do parametro do angulo de Lode. Assim, o campo
de tensdao é determinado de maneira singular (Gao & Kim, 2006). Wilkins et al. (1980) foram os
pioneiros a introduzir este parametro em um modelo de falha ductil. Na década seguinte, Bardet
(1990) propos uma metodologia para descrever a dependéncia do angulo de Lode em alguns
modelos constitutivos. Wilson (2002) por sua vez, utilizou barras de aluminio 2024-T351 entalhadas

sob condig¢des de tragdo para conduzir seus estudos e verificar a importancia desse efeito.

De acordo com Mirone ¢# al. (2010), o fenomeno da fratura ductil ¢ influenciado pela relagao
com as variaveis de caracteriza¢ao do estado de tensio-deformagao e a predi¢ao da falha é melhor
descrita pelos parametros de deformagao plastica, angulo de Lode e triaxialidade. Um programa

experimental para se estudar a influéncia dos invariantes do tensor tensio em fratura ducteis foi
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apresentado por Driemeier ef al. (2010). Esta metodologia representa uma ferramenta eficiente para a
investigacdo dos efeitos da magnitude de carga, da triaxialidade e do angulo de Lode. A hipotese
acerca da dependéncia do envelope de fratura nos parametros do angulo de Lode e da tensdo
hidrostatica ainda é muito dificil de ser verificado experimentalmente (Khan, 2012). Contudo Brinig
et al. (2013) relacionam um decréscimo da ductilidade do material a um aumento da razio de
triaxialidade e apontam que além da magnitude de tensdo, a razao de triaxialidade e o angulo de
Lode representam os fatores mais importantes que controlam o inicio e a evolugdo do dano e da

fratura ddctil.

A fratura ductil é um fenémeno local cujo estado de tensiao e deformacao no local esperado da
falha deve ser determinado com grande precisao. O inicio da fratura é comumente precedido por
uma deformagdes plasticas elevadas e por gradientes consideraveis de tensio e deformacio ao redor
do ponto de fratura. Nesses casos, a teoria baseada no segundo invariante, von Mises, nao ¢é precisa
o suficiente para capturar os efeitos fisicos do escoamento do material. Desta maneira, o
desenvolvimento de modelos mais acurados para a aplicacio em faixas maiores de condigdes de

carregamento se tornou necessario (Bai & Wierzbicki, 2007).

Seguindo a tendéncia das ultimas décadas, dois modelos constitutivos dependentes do terceiro
invariante do tensor desviador sio abordados neste trabalho, levando em consideracio a
contribui¢dao deste parametro na lei de fluxo plastico de materiais ducteis. Além disso, com o intuito
de analisar indicadores de fratura ducteis quanto ao instante da falha, um estudo com sete

indicadores distintos e baseados em diferentes consideragdes ¢ apresentado.



1.2 OBJETIVO DO TRABALHO

O presente trabalho tem como objetivo o estudo e analise de dois modelos de plasticidade
desenvolvidos com base na influéncia do terceiro invariante do tensor desviador, Hosford (1972) e
Gao et al. (2011), quanto as suas capacidades em descrever o comportamento elasto-plastico de
materiais ducteis. Segundo Bardet (1990) e Bai (2008), o parametro do terceiro invariante é
responsavel pelo controle do formato da superficie de escoamento do material. Ao incorporar esse
efeito na formula¢ao do modelo constitutivo, aumenta-se a precisaio do mesmo para descrigao do
comportamento mecanico de materiais ducteis, mesmo quando sdo consideradas diferentes

condig¢des de carregamento e niveis da razao de triaxialidade.

Além disso, com o objetivo de se avaliar a capacidade preditiva do local e instante esperado para
a falha ductil, sete indicadores de fratura ductil sao implementados na etapa de pds-processamento
da analise de elementos finitos. Com isso, espera-se obter modelos constitutivos nao acoplados
capazes de apresentar boa correlacio com as andlises experimentais sob condi¢oes diversas de

carregamento e sob uma larga faixa de triaxialidade.

1.3 ESTRUTURA DO TRABALHO

O presente trabalho apresenta quatro capitulos subdivididos em se¢oes e topicos objetivando a
fluidez e clareza da exposicdo das teorias, resultados e analises no estudo da fratura de materiais
duacteis. No primeiro capitulo é feita uma breve contextualizacio sobre o assunto abordado,
apontando a importancia do estudo dos efeitos de parametros elasto-plasticos como o nivel de

triaxialidade e o terceiro invariante do tensor das tesdes desviadoras.

No capitulo 2 sao apresentados os aspectos teéricos fundamentais para o desenvolvimento das
discussoes dentro da teoria de plasticidade e mecanica do dano, através de definicGes da mecanica
dos materiais como mecanismos de fratura ductil, endurecimento do material e parametros elasto-

plastico.

Propdem-se no terceiro capitulo, o estudo de modelos constitutivos baseados no terceiro
invariante do tensor desviador, por meio da formulagio dos modelos matematicos e numéricos,
assim como a analise do formato e convexidade de suas superficies de escoamento e resultados
numéricos obtidos para as curvas de rea¢ao Forca »s Deslocamento e evolucio da deformagao

plastica acumulada.

Uma avaliagdo a respeito do contorno e distribuicao de sete indicadores de fratura ductil

distintos é proposta no capitulo quatro. Neste capitulo apresenta-se a fundamentacdo tedrica e
7



matematica para esses indicadores, as suas introdugdes na etapa de pés processamento do algoritmo

de retorno e discussoes sobre os resultados alcancados.

Por fim, no capitulo cinco, sio apresentadas as conclusdes desta dissertacao de mestrado e as

proposicoes para trabalhos futuros.



2 Aspectos Teoricos

Nas ultimas décadas, diversos autores propuseram a introdugao de diferentes parametros elasto-
plastico na lei de fluxo plastico do material com o intuito de melhor descrever o comportamento
mecanico de materiais ducteis. (Bao & Wierzbicki, 2004; Bai & Wierzbicki 2007; Briinig et al., 2008
Gao et al,, 2011; Khan, 2012; Malcher et al., 2014a; Malcher et al., 2014b). Entretanto, trés
parametros ganharam um maior destaque e interesse por parte dos pesquisadores da area de
plasticidade, sao eles: a tensao hidrostatica (p), triaxialidade (17), e o dngulo de Lode (0). (Bao &
Wierzbicki, 2004; Briinig ez a/., 2008; Bai & Wierzbicki, 2007; Zadpoor ez al., 2009; Tvergaard, 2008;
Nahshon e al., 2008; Gao et al, 2011; Khan, 2012; Briinig et al., 2013, Malcher 2012 e Malcher et al,,
2014a; Malcher et al., 2014b). Neste capitulo, tais parametros elasto-plastico serao matematicamente
definidos e nos capitulos seguintes, a formulagio matematica dos modelos constitutivos proposto
por Hosford (1972) e Gao et al. (2011) sao expostas juntamente com os indicadores de fratura ductil

que serdo implementados na etapa de pos processamento do modelo de elementos finitos.

2.1 ESTUDO DA FALHA DUCTIL

Para materiais ducteis, a relacio entre o campo de tensio e o campo de deformagao apresenta
um comportamento nao linear, quando tal material é solicitado dentro de seu regime plastico.
Diferentemente do seu comportamento elastico, onde a Lei de Hooke estabelece uma relagao linear
e explicita entre a tensao e a deformacido, no seu regime plastico esta relagio direta nao se faz
presente, tornando a tarefa de se mapear os campos de tensio e deformacao mais ardua e possivel
somente através da ado¢ao de modelos constitutivos. Visando determinar o local e instante corretos
para a fratura, inimeros pesquisadores propuseram teorias a respeito de como se da tal relagio. A
primeira formulagdo matematica para descri¢ao do inicio do comportamento inelastico do material é
atribuida a Tresca (1864) e a sua teoria da maxima tensio cisalhante, a qual postula que o
escoamento plastico do material se inicia quando a maxima tensao cisalhante atinge um valor critico.
Desde entdo, diferentes abordagens foram propostas, como a de von Mises que relaciona a
magnitude do tensor das tensdes desviadoras a um valor critico para o escoamento obtido em um
estado de tragdo simples uniaxial (von Mises, 1913). Uma das interpretacSes fisicas desta formulagao
matematica foi apresentada por Hencky (1924), o qual tornou o modelo de von Mises conhecido
como critério da maxima energia de distor¢ao, pois o escoamento plastico somente se inicia quando
a energia de deformagao cisalhante elastica atinge um valor critico. Nadai (1937) apresentou outra
interpretacdo fisica para o critério classico de von Mises, na qual o escoamento plastico se inicia

quando a tensdo cisalhante atinge um valor critico nos planos octaédricos.
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Evidéncias empiricas apontam que a falha ductil em materiais metalicos se da pela evolucdo de
micro-defeitos, como micro-vazios e bandas de cisalhamento (McClintock, 1968; Rice & Tracey,
1969; Hancock & Mackenzie, 1976). O fendémeno da falha ductil é normalmente induzido por
inclusoes primarias e particulas de segunda fase (Brown & Embury, 1973), aonde ocorre a nucleagao
de micro-defeitos por meio do descolamento de inclusoes (ou particulas de segunda fase) da matriz
metalica que a cerca (Puttick, 1960; Argon et al., 1975) ou por meio da fratura destas inclusdes
(Gurland, 1972). Gao & Kim (2003 e 20006) apresentam em seus trabalhos os passos desse processo
de evolugio dos micro-defeitos: (1) em um primeiro momento ocorre a nucleagio de micro-defeitos
pela fratura ou descolamento de inclusdes de segunda fase, em seguida (2) ocorre o crescimento
desses defeitos (vazios/bandas de cisalhamento) devido as deformacdes plasticas, (3) em um passo
seguinte, ocorre a localizacao do fluxo plastico entre os defeitos aumentados (o qual causa uma
reducao do moédulo elastico e um amolecimento do material), por fim, (4) ocorre o rompimento das

ligagbes entre os defeitos aumentados e a fratura do material.

Solicitacdo Cisalhante - Crescimento de vazios alongados.

Figura 3 — Representagio esquematica do crescimento de vazios alongados e esféricos.
Adaptado de Engelen (2005).

Nota-se que no decorrer das dltimas décadas, trés parametros constitutivos passaram a atrair
grande interesse da comunidade de pesquisadores da plasticidade e mecanica do dano, sio eles:
tensio hidrostitica (p), razdo de triaxialidade (17) e angulo de Lode (6). A tensio hidrostitica (p),
que sera matematicamente definida na préxima se¢do pode ser interpretada como uma funcgao da
componente volumétrica do tensor tensio de Cauchy, controla o tamanho da superficie de
escoamento/envelope de falha do material e como efeito fisico, influencia o comportamento do
material a fratura, alterando a sua ductilidade (Bai & Wierzbicki, 2007). Briinig et al.(2008) justificam
a importancia da implementa¢ao do efeito da tensido hidrostatica em modelos constitutivos pela sua
atuacdo como fator regulatério da taxa de nucleacdo e crescimento isotrépico de vazios. Os

primeiros critérios de escoamento dependentes da tensao hidrostatica foram inicialmente propostos
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dentro do contexto de materiais granulares e solos por Mohr-Coulomb e Drucker Prager (1952).
McClintock (1968) e Rice & Tracey (1969) foram os pioneiros no estudo da influéncia deste efeito
na fratura de metais ducteis através da analise do crescimento de vazios cilindricos e esféricos,

respectivamente.

O nivel de triaxialidade () é definido como a razio entre a tensdo hidrostitica (p) e uma
tensio equivalente Opq, por exemplo, pode-se adotar a tensio equivalente de von Mises (q).

Juntamente com a magnitude de tensio (J,), a triaxialidade () é o fator mais importante no
controle do infcio da fratura ductil, tal parametro ¢ utilizado para caracterizar o efeito do estado
triaxial de tensao na fratura duactil (Bao & Wierzbicki, 2004; Gao & Kim, 2000; Briinig et al., 2008).
Devido aos valores subestimados obtidos para o nivel de triaxialidade segundo a formulagio de
Bridgman (1952), Bacha et al. (2007) propéem em seu trabalho uma metodologia para calcular de
forma correta o nivel de triaxialidade em chapas submetidas a tragdo, e desta forma, calcular a
ductilidade verdadeira do material. Segundo Bacha et al. (2007), a taxa de crescimento dos vazios
estd diretamente associada 2 razio de triaxialidade (77), o que representa um grande impacto na
ductilidade do material (Mackenzie et al., 1977; Bao & Wierzbicki, 2004; Bonora et al. 2005; Borvik
et al., 2005; Gao & Kim, 2006; A. Basha, 2007).

O local de inicio e a forma com que ocorre a falha ductil sio fortemente influenciados pela razdao
de triaxialidade (7). Bao & Wierzbicki (2004), apontam que o nivel de triaxialidade define os
mecanismos de falha do material: para valores de triaxialidade negativos e positivos préximos a zero,
a fratura ocorre devido aos mecanismos de cisalhamento; para valores positivos mais altos, o
principal mecanismo de falha é o crescimento e coalescéncia de vazios; e para valores de triaxialidade
entre esses regimes, a falha ocorre pela combinagao dos mecanismos de cisalhamento e coalescéncia

de vazios. (Bao & Wierzbicki, 2004)

O terceiro pardmetro cuja influéncia vem sendo amplamente estudada é o dngulo de Lode (6),
definido através do terceiro invariante do tensor desviador (J3). Este pardmetro ¢ responsavel pelo
controle do formato da superficie de escoamento do material e é tomado como parametro
indispensavel para a determinacido completa e particular do estado de tensdo triaxial imposto, uma
vez que diferentes estados de tensao com distintas tensoes principais podem apresentar um mesmo
nivel de triaxialidade. Assim sendo, cabe ao angulo de Lode distinguir estes diferentes estados de
tensao com caracteristicas semelhantes. (Bao & Wierzbicki, 2004; Gao & Kim, 2006; Brinig et al.,

2008; Malcher et al., 2014a; Malcher et al., 2014b)
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Bardet (1990) propds uma revisao analitica com a introdugao do efeito e analise do angulo de
Lode (8) em sete modelos constitutivos distintos e concluiu, por sua vez, que o modelo de
Drucker- Prager ¢ independente do angulo de Lode e que os modelos de Tresca e Mohr-Coulomb,
por outro lado, sio dependentes do angulo de Lode (8). Bai & Wierzbicki (2007) conduziram
diversos ensaios experimentais e comprovaram que, para solitacées predominantemente cisalhantes,
o efeito do terceiro invariante ¢ mais severo que o efeito do nivel de triaxialidade, através da qual a
tensdao hidrostatica é comumente introduzida no critério de escoamento de materiais. Devido aos
efeitos fisicos que o angulo de Lode (@) insere na descricio do fendmeno da falha ductil, como:
influéncia no processo de evolugio de micro-defeitos, formag¢ao de bandas de cisalhamento,
diferencas de ductilidade entre tracio e torcio/cisalhamento, deformacdes localizadas, e transicio de
modos de falha; este parametro deve ser introduzido na lei de fluxo plastico para que se tenha uma
melhor predi¢ao de falhas ducteis. (Bao & Wierzbicki, 2004; Gao & Kim, 2006; Bai & Wierzbicki,
2007; Brinig, 2008; Barsoum & Faleskog, 2011; Briinig, 2013)

A razdo de triaxialidade e o angulo de Lode sio utilizados para caracterizar o estado de tensio
macroscopico no crescimento e coalescéncia de vazios. (Gao & Kim, 2006). Segundo Briinig (2013),
além da magnitude de tensdo, a razao de triaxialidade e o angulo de Lode sdo os parametros mais
importantes para o controle do inicio e evolugdo do dano e falha ductil. Assim, o efeito desses trés
parametros (magnitude de tensao, razdo de triaxialidade, e angulo de Lode) no dano e falha ductil
devem ser levados em consideracao em modelos constitutivos mais avangados e precisos, assim

como em suas correspondentes simula¢des numéricas.

Briinig ef al. (1999) propuseram um modelo constitutivo, contendo trés invariantes, que pudesse
ser aplicado a plasticidade e a fratura metalica. Hosford (1972), através de analises tedricas baseadas
em modelos cristalograficos e andlise de dados experimentais, estabeleceu uma tensio efetiva
generalizada em fun¢ao do segundo e terceiro invariantes e que atua como uma relagao entre os
raios na representacao do circulo de Mohr. Bai & Wierzbicki, (2007) propuseram um modelo que
contempla a introdugdo do terceiro invariante e da tensdo hidrostatica através da redefini¢ao da lei
de endurecimento do material duictil que passa a ser uma fun¢ao da deformaciao plastica acumulada,
da triaxialidade e de uma func¢do do angulo de Lode. Gao ez a/. (2011) definiram um modelo elasto-
plastico cuja formulagao é apresentada em funcdo da tensio hidrostatica e também do segundo e
terceiro invariante do tensor das tensdes desviadoras. Com o intuito de estabelecer um critério
empirico universal, preciso e eficiente para fratura de metais duicteis e aplicagoes de engenharia,
Khan e Liu (2012) realizaram em seu trabalho uma série de ensaios experimentais com a liga Al
2024-T351 com o intuito de propor um modelo que correlaciona a magnitude do vetor tensio com

a tensdao hidrostatica para, dessa forma, aumentar a precisio na previsaio do comportamento do
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material na fratura. Barsoum & Faleskog (2007), Nahshon & Hutchinson (2008) e Xue (2008)
introduziram novos mecanismos de corte na lei de evolu¢io do dano para o modelo de Gurson
(1977), o qual é dependente do angulo de Lode. Esses mecanismos visam aprimorar a evolugao da
porosidade obtida através da teoria de Gurson para baixos niveis de triaxialidade. Malcher et al.
(2013) incluiram, por sua vez, o efeito do angulo de Lode dentro do modelo micro-mecanico de
Gurson. Malcher et al. (2014) também incluiram esse parametro em suas formula¢oes. Contudo
nesse caso, acrescentaram dentro do modelo de dano continuo de Lemaitre (1985). Com isso, a
previsao numérica tanto do instante quanto do local potencial para infcio da fratura se comportaram

mais préximos das observagoes experimentais.

Fica claro ao se analisar diferentes observagdes experimentais que 0 comportamento mecanico
real de materiais ducteis se encontra entre as superficies de escoamento de von Mises e Tresca, ou de
maneira mais genérica, entre os envelopes de falha de Drucker-Prager ¢ de Mohr-Coulomb
(Hosford, 2013). Como consequéncia, algumas das formula¢des mais recentes, que visam obter tal
comportamento intermediario, apresentam a capacidade recuperar estes modelos classicos.
Exemplos dessas formulac¢oes sao os critérios de Hosford (1972), Bai & Wierzbicki (2007) e Gao et
al. (2011). Estes autores introduziram o efeito do terceiro invariante/angulo de Lode em suas
formulagdes, justamente para se obter um formato de superficie de escoamento intermediaria a esses

dois modelos classicos (Tresca, 1864 e von Mises, 1913).

Na teoria de modelos constitutivos, duas abordagens sao utilizadas. A primeira ¢ a proposi¢ao de
modelos puramente elasto-plasticos também chamados de modelos nao-acoplados, e a segunda é a
proposi¢cao de modelos com uma variavel interna de dano, denominados modelos acoplados. Os
modelos acoplados sio aqueles que apresentam uma variavel de degradacio do material associada ao
modelo, os modelos desacoplados, por outro lado, nao apresentam tal variavel. Entre os modelos
acoplados para materiais ducteis, as formulacSes mais importantes foram propostas por Lemaitre
(1985) e Gurson (1977) dentro da Mecanica do Dano Continuo e da Micromecanica dos defeitos,

respectivamente (Chaboche et al., 2000).

Devido a alta complexidade, implementacao dificil, e elevado custo computacional dos modelos
acoplados, a estratégia de utilizar modelos nao-acoplados associados a indicadores de dano ganhou
grande destaque por serem uma op¢ao mais simples para previsao da fratura ductil. O uso de
indicadores de fratura para predicao da falha em problemas ineldsticos emergiu com a apari¢ao do
critério baseado no trabalho total plastico de Freudenthal (1950). Desde entio, diversos outros
indicadores foram propostos como o critério de Datsko (1966), o qual é baseado na deformacio

plastica acumulada, o critério de Rice & Tracey (1969), baseado na geometria dos defeitos, critério
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de Cockcroft & Latham (1968) baseado no mecanismo de crescimento de vazios conduzidos pelas
tensoes principais. Brozzo et al. (1972) propuseram uma modifica¢do para o critério Cockcroft &
Lathan (1968) onde a dependéncia da tensdao hidrostatica passa a ser explicita. Clift et al. (1990), por
sua vez, propuseram uma modificagdo ao modelo de Cockcroft & Latham (1968) por meio da
substituicao das tensoes principais pela tensao equivalente de von Mises. LeRoy et al. (1981)
propuseram um indicador de fratura através da anilise do crescimento de vazios e acumulo de dano
durante ensaios de tragdo. Fundamentado na mecanica do dano continuo, Lemaitre (1986) propos
um critério baseado na taxa de liberagdo de energia elastica. Seguindo as conclusées observadas por
Lemaitre (1985 e 1985a) a respeito dos modelos de dano, Vaz jr. (1998) propds um critério baseado
no trabalho total do dano que é capaz de considerar trajetorias mais complexas de carregamento.
Xue & Wierzbicki (2008) desenvolveram um critério de fratura em que a fratura se inicia quando a
deformagao plastica acumulada, modificada por uma func¢ao da razao de triaxialidade e do terceiro
invariante normalizado, atinge o valor critico de uma unidade. Bao & Wierzbicki (2004) propuseram
a analise quantitativa de diversos indicadores de fratura, quanto a sua eficiéncia e precisao em uma
grande variedade de parametros de processos. Em seu trabalho, Bao & Wierzbicki (2004b) discutem
sobre a aplicacio e desempenho de distintos indicadores de fratura presentes em ferramentas

comerciais de elementos finitos.

Na secao seguinte deste capitulo, apresenta-se as defini¢bes matematicas e conceituais da
mecanica dos materiais necessarias para a formulagio dos modelos constitutivos baseados no
critério de escoamento proposto por Hosford (1972), o qual inclui o efeito da magnitude de tensao
(J2) e do terceiro invariante do tensor desviador (J3), e na proposicio de Gao et al. (2011), que
contempla a magnitude de tensio (J,), o terceiro invariante do tensor desviador (J3) e a tensio
hidrostatica (p). Em seguida, estas definicoes serdo utilizadas na apresentacio dos sete indicadores
de fratura ductil implementados na etapa de pos-processamento da analise de elementos finitos:
Freudenthal (1950), Datsko (1966), Cockcroft and Latham (1968), Rice and Tracey (1969), Brozzo et
al. (1972), Vaz jr. (1998) e Xue (2008).
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2.2 DEFINICOES DA MECANICA DOS MATERIAIS

Com o intuito de definir os parametros elasto-plasticos de interesse a este trabalho (tensdo
hidrostatica, razido de triaxialidade e angulo de Lode) e desenvolver modelos constitutivos, ¢é
conveniente realizar uma decomposi¢ao do tensor tensio de Cauchy, 0, em uma componente

desviadora e outra esférica/volumétrica:
o=5S+7pl, (1)
onde o termo p é um escalar que representa a tensao hidrostatica, definida por:
1 1
p= gtr(a) = 5(01 + 0, + 03), 2)

onde tr(@) representa o traco do tensor tensio de Cauchy, ou seja, a soma da diagonal principal
deste tensor, e 0y, 0, ¢ 03 sdo as suas tensdes principais. A componente S representa o tensor

desviador ou tensor das tensoes desviadoras, cujo trago ¢ nulo:
S=o—pl=[1*-3I8l|:0 = 1%0, 3)

os termos I ¢ 1* representam o tensor identidade de segunda ordem e o tensor identidade de quarta
€,

ordem, respectivamente e I ¢ o tensor identidade de quarta ordem desviador. A operagiao

representa a dupla contracao entre tensores.

O tensor tensao esférico por sua vez, pode ser determinado de acordo com a seguinte operagao:
1
pl =~ (I®I): 0. )

Tanto o tensor tensio de Cauchy quanto o tensor das tensdes desviadoras apresentam
invariantes de tensao que sao definidos como quantidades cujos valores nao se alteram de acordo
com o sistema de eixos adotado (ver Holzapfel, 2000). Normalmente, os invariantes do tensor
tensao de Cauchy sio representados pela letra “I”” enquanto os invariantes do tensor das tensoes
desviadoras sio representados pela letra “J”. Desta maneira, o primeiro, segundo e terceiro
invariante destes tensores podem ser determinados de acordo com as Equagdes 5 e 6 na pagina

seguinte.
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11 = tr(a)a

I, =5 [tr()? — tr(a?)], 5)
I, = det(0),
Ji=tr(s) =0,
J2=3S:S, ©)
J3 = det(S),

Por defini¢io, o tensor das tensdes desviadoras (§) ndo apresenta contribuicio hidrostatica e,

portanto, o seu trago ¢ nulo, logo J/; = 0.

Para a defini¢do da razao de triaxialidade e do angulo de Lode, considera-se a Figura 4 abaixo.

Plano

Ompressio |
> |

Plano Desviador
(Plano 1)

<) 4 |oot=p

— Tresca

— von Mises : /\ 3

T3

@) (b)

,’0'3

Figura 4 — Representagio esquematica do vetor tensao OB no plano das tensdes principais e
(b) defini¢do do angulo de Lode no plano-n. Adaptado de Bai (2008).

O vetor tensao OB representado na Figura 4 pode ser decomposto em duas partes, uma parcela

desviadora OA e outra hidrostitica 00. A razio entre a parte hidrostatica e a parte desviadora é, por
defini¢ao, a triaxialidade, a qual é associada com o angulo @, que representa o angulo obtido entre o
vetor tensio OB e o plano-1r. Tal angulo, nomeado angulo elevador, é responsavel pelo tamanho do
envelope de falha do material. O angulo de Lode, por sua vez, ¢ definido sobre o plano das tensodes
desviadoras principais (também conhecido como plano-1) conforme a Fig. (1b), e é o menor angulo

formado entre a projecdo do vetor tensao no plano desviador e o eixo das tensoes principais (Bai,

2008; Malcher et al., 2012).
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Em posse das defini¢des e conceitos ja apresentados, pode-se definir matematicamente a razao

de triaxialidade como:
"= 9

onde 0,4 representa uma tensiao equivalente. Com o auxilio de uma tesio equivalente ¢ possivel
comparar estados de tensio multiaxiais criticos em elementos estruturais ou componentes
mecanicos com resultados provenientes basicamente de ensaios uniaxiais. Nesses ensaios uniaxiais,
as propriedades materiais, como o limite de escoamento (O'y), ou a tensio ultima (gy,), sdo
caracteristicas que permitem definir, por exemplo, o inicio do escoamento plastico ou do
amolecimento do material. Tais caracteristicas podem ser obtidas através das curvas de reagao
Tensao-Deformagao. No caso de estados de tensio multiaxiais, é preciso definir um critério de tensao
equivalente, que descreva a partir de uma grandeza escalar o estado de tensao mais geral, para que se
possa realizar as devidas compara¢do com as propriedades do material, as quais também sdo

grandezas escalares (Lemaitre, 2001). Como exemplo classico, tém se tensao equivalente de von
. . 3
Mises (q), assim 0, = q = /3, = ES:S’

O angulo de Lode ¢, por sua vez, definido como uma fun¢ao do chamado terceiro invariante

normalizado do tensor das tensdes desviadores, como apresentado a seguit:

9 = garCCOS(f), ©)

onde ¢ representa o terceiro invariante normalizado, o qual pode ser matematicamente determinado

por uma razao entre o terceiro invariante e a tensao equivalente de von Mises:
3
-
¢=(5). ©)

O termo 7 representa o terceiro invariante alternativamente definido por Bai ef al. (2007) e

CXpPresso comao:

Y Y
r=2 1|7 =% detts)| 7. (10

O angulo de Lode também pode ser normalizado (8) (Bai & Wierzbicki, 2007). Desta forma, o

angulo de Lode normalizado é dado por:

f=1-—=". (11)



O intervalo no qual o angulo de Lode normalizado, 8, se situa é dado por: =1 < 6 < 1.

A Tabela 1 abaixo resume os valores dos pardmetros elasto-plasticos: razio de triaxialidade (1),
terceiro invariante do tensor desviador normalizado (£), angulo de Lode (8) e 4ngulo de Lode

normalizado (0).

Tabela 1 — Pardmetros elasto-plasticos.

Parametro elasto-plastico
Estado de Tenséo

n ¢ 0 0
x . 1 _
Tracéo Uniaxial n= 3 &¢=1 6=0 6=1
x " 1 s _
Compressdo Uniaxial n< ~3 §=-1 0= 3 0=-1
. T _
Cisalhamento Puro n=20 &E=0 0= 3 6=0

2.3 ENDURECIMENTO ISOTROPICO

Materiais elasto-plasticos podem vir a apresentar um aumento do seu limite de escoamento apos
serem submetidos a um histérico de deformacao plastica, ou seja, ¢ necessario um aumento no nivel
de tensio para que se continue deformando plasticamente o material, tal fenomeno é conhecido
como endurecimento do material. De acordo com o conceito apresentado por Souza Neto et al.
(2008), para os casos multi-axiais, o endurecimento ¢ representado por mudangas na forca
termodinamica associada ao endurecimento, A, durante o escoamento plastico. Tais mudangas

podem, em geral, afetar o tamanho, formato e orientagao da superficie de escoamento, definida por

®(o0,A4) = 0.

Um modelo de plasticidade apresenta endurecimento isotrépico quando a evolug¢ao de sua
superficie de escoamento ¢é tal que uma expansao uniforme (isotrépica) de sua superficie inicial é
observada, independente do nivel de endurecimento apresentado. Ao contrario do que ocorre com
modelos que contemplam endurecimento cinematico, o endurecimento isotrépico nao translada a

superficie de escoamento, apenas a expande sem que haja mudanc¢a em seu formato.
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Levando em consideragdo um modelo de plasticidade multiaxial cuja superficie de escoamento ¢é
obtida através da formulagdao classica de von Mises, o efeito apresentado pelo endurecimento
isotropico corresponde a um aumento do raio do cilindro de escoamento de von Mises,
representado a seguir (Figura 5) no plano das tensdes principais (plano-1) ao lado de uma curva de
reagao do tipo tensao-deformacao, ilustrando em detalhes a expansio da superficie de escoamento

causada pelo endurecimento do material.

O, io
Plano Desviador | ___________________________

Ensaio Ciclico
Uniaxial

A

uperficie Inicial

1
Superficie Endurecida J
Figura 5 - Endurecimento isotropico. Teste uniaxial e representagio no plano-Tt.

Modificado e adaptado de Souza Neto et al. (2008).

No presente trabalho, a curva de endurecimento plastico é aproximada por uma fungio
exponencial segundo o modelo proposto por Ramberg-Osgood (1943), dada pela seguinte

expressao: (ver Dowling, 2007).
oy = 0yg + HEP™, (12)

onde dy, ¢ o limite de escoamento inicial do material, H ¢ o médulo de endurecimento isotrépico,
sendo &P a deformacio plastica acumulada e, por fim, m representa o chamado expoente de
endurecimento por deformagao plastica. Com esta aproximagio, o material endurece com uma taxa

de endurecimento que decai conforme o material se deforma plasticamente. (Hosford, 2013).

Segundo Lemaitre (2001), a escolha de um conjunto adequado de variaveis internas associadas
ao endurecimento (denotado por @) deve depender de uma série de caracteristicas especificas do
material considerado. Na plasticidade de metais, por exemplo, a variavel interna associada ao
endurecimento estd intrinsecamente relacionada com a densidade de discordancias na micro-
estrutura cristalografica que causam o crescimento isotrépico da resisténcia do material ao
escoamento plastico. Tal conjunto @, no caso do endurecimento isotrépico, apresenta normalmente

uma unica variavel escalar que determina o tamanho da superficie de escoamento.
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Neste trabalho, adota-se a deformagido plastica acumulada, €P, como a varidvel associada ao

b

endurecimento isotrépico do material. Desta forma, a taxa de evolu¢ao da deformagio plastica

acumulada é determinada considerando a equivaléncia do trabalho plastico.

Defini-se a deformagao plastica acumulada como:

(13)

A Figura 6 apresenta o trabalho total necessario para deformar um material até o ponto P, em
um ensaio uniaxial de tragdo monotonico, como sendo a area total sob a curva de reagao do tipo

tensao-deformacao.

oy

Figura 6 — Defini¢dao do Trabalho Plastico. Adaptado de Souza Neto et al. (2008).

O trabalho total (W) é definido como uma soma dos trabalhos elastico (W ¢) e plastico (WP).

W =WwP+Wwe. (14)

A parcela elastica, armazenada sob a forma de energia elastica, é totalmente recuperada quando
ocorre o descarregamento da solicitaciao, por outro lado, o trabalho plastico corresponde a energia

perdida pelos mecanismos plasticos e que ndo pode set recuperada.

A definicao matematica do trabalho plastico ¢ dada por:

t
P — . &b
w b[a.s . (15)
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Partindo da Eq. (15) , a evolug¢ao do trabalho plastico ¢ dada por:

WP = g: &P. (16)

De forma geral, um critério de escoamento plastico ¢ formulado em fun¢io de uma tensio
equivalente (0gq), a qual descreve o estado de tensao multiaxial geral por meio de uma grandeza
escalar. Considerando a Eq. (16) na situacio de escoamento plastico, isto ¢é, quando a tensdao

equivalente se iguala a0 limite de escoamento do material, 0.4 = 0y, (€P), tém-se que :

WP =0:éP = 0, (eP)EP, (17)

ou em fungio da tensao equivalente:

0:8P = 0, 67 . (18)

Conforme apresentado por Souza Neto et al. (2008), ha uma equivaléncia entre a descri¢do do
endurecimento do material pela deformacgao plastica e a descrigdo pelo trabalho plastico para
modelos de plasticidade associativa. Para estes modelos associativos, a chamada funcao de

escoamento do material ¢ entao adotada como potencial de fluxo ou potencial de dissipagao, assim:

Y =9, 19
onde W representa o potencial de fluxo e @ a fun¢io de escoamento do material.

Nestes casos, a associatividade implica em definir que o taxa de crescimento da deformagao

plastica ¢ um tensor normal a superficie de escoamento, dentro do espaco das tensOes principais

(Figura 7). Assim, a equacgdo de evolucio para a deformacio plistica €P é obtida como se segue:

& =yN, (20)
onde ¥ representa o multiplicador plastico e N é o vetor de fluxo plastico, dado por:

0P

N=—.
Jdo (21)

Portanto, substituindo a relacdo apresentada na Equacao (20) na Equacao (18) e manipulando

matematicamente, obtém-se a expressao para a taxa de evolucao da deformacao plastica acumulada:

g =T ol 22)



Figura 7 — Vetor de Fluxo para o critério de von Mises, considerando plasticidade
associativa. Adaptado de Souza Neto et al. (2008).
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3 MODELOS BASEADOS NO TERCEIRO INVARIANTE

Neste capitulo, utilizam-se os conceitos matematicos apresentados no capitulo anterior para
introduzir os modelos matematicos dependentes do terceiro invariante do tensor desviador e
elaborados tomando como ponto de partida os critérios de escoamento plastico de Hosford (1972) e

Gao etal. (2011).
3.1 MODELO MATEMATICO
3.1.1. Dominio Elistico e Definicio da Fungdo de Escoamento

Modelo de Hosford
Proposto em 1972 por Hosford, a partir de observagdes experimentais e tedricas, como a
formulacio de uma superficie de escoamento intermediaria aos critérios de Tresca (1864) e von
Mises (1913). Este modelo ¢é insensivel a tensao hidrostatica e dependente do terceiro invariante do
tensor desviador, sendo a sua formulacio uma relacio entre os raios do circulo de Mohr e uma

generalizacio do modelo de von Mises quando escrito em funcao das componentes das tensodes

principais. (Hosford, 1972; Hill, 1998; Hosford, 2013)

A expressao a seguir apresenta o critério de escoamento de Hosford em seu formato mais

fundamental:
® = 0}l (01,0,,03) — 0y (€P) , (23)

onde 0,(&P) ¢ a lei de endurecimento plastico , conforme a Equagio (12), e o, representa a “tensio

efetiva generalizada”, fungdao das tensoes principais do Tensor de Cauchy gy, 0, e 03, ¢ definida

como:
1
H__1 h h h1s
o, =—x[(0, — 03)" + (01 — 03)" + (01 — 0)" ]k, (24)
(2)h
onde o coeficiente h é adotado como um inteiro, h = 1,2, ... . Desta maneira, a superficie de

escoamento do material obtida depende do valor escolhido para h. Entretanto, para o caso do

carregamento uniaxial, todas as superficies de escoamento se coincidem.
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Quando h = 2, o critério de escoamento de Hosford se reduz ao critério de von Mises
representado em termos das tensdes principais, isto é, pata h = 2, g = q. Onde q ¢ a tensio

equivalente de von Mises.

ot = (02 = 0:) + (01 = 0) + (0 = 0l =q. (25)

Por outro lado, quando h — o0 a formulagio de Hosford resgata o critério de escoamento de

Tresca:
H _
o; = (0, —03), (26)
assumindo que 0y = 0, = 03.

A Figura 8 apresenta uma comparagao entre a superficie de escoamento proposta para Hosford,
no plano das tensdes principais com g3 = 0, e as classicas formulagdes de von Mises (h = 2) e

Tresca (h — ).

Superficie de escoamento para ¢ 3= 0 — Hosford

150
>
(2]
e
—— Hosford h=2
——Hosford h=10
‘ ——Hosford h—o |
—1.5 : ‘
—-1.5 0 1.5
cl/cy

Figura 8 - Comparagio das supetficies de escoamento, no plano das tensdes principais, dos
modelos de von Mises, Tresca e Hosford.
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A fungio de escoamento segundo o critério de Hosford é dada por:

?= # [(o; — 03)h + (01 — 03)h + (o1 — Uz)h]% - Gy(‘g_p) ’ (27)
2)h

onde a lei de endurecimento isotrépico ¢ dada por 0y, (€P) = a,,0 + H(EP)EP.

Modelo de Gao et al.

Gao et al. (2011) fizeram a proposi¢ao de um critério de escoamento para materiais isotrépicos
baseado nos invariantes dos tensores de tensio: I, J, e J3. A funcdo de escoamento em sua forma

mais geral é dada por:
¢ =g, —0,(EP) . (28)

com UeGq = c(al? + 27]3 + bJ3)Y/°, I, representa o primeiro invariante do tensor tensio de

Cauchy, 0, e ¢ igual ao traco deste tensor (I; = tr(0)). J, ¢ J3 sio respectivamente o segundo e

. . . - . 1 ~
terceiro invariantes do tensor das tensdes desviadoras com J, = ES :S e Jz3 =det(S). a,b ec sio

-1/6
.. 4 . 1
constantes materiais, sendo o valor de ¢ = (a + 5 b + 1) , encontrado através da anilise desta

funcio de escoamento para o caso uniaxial de tragdo. Quando a = b = 0, este modelo de
plasticidade recupera a classica formulagio de von Mises, pois a tensio equivalente de Gao et al.
(Gecq), definida acima, se iguala a tensdo equivalente de von Mises, O'eGq =q= \/E . Por fim,
0,,(€P representa a lei de endurecimento do material, definida como fungio da deformagio plastica

acumulada, conforme apresentado na Equagao (12) deste trabalho.

Para este critério em estudo, a fun¢ao de escoamento ¢ dada por:
® = c(alf +27]3 + bj5)'/® — 0, (£P) , (29)

onde, novamente, a lei de endurecimento isotrépico ¢ dada por 0, (€P) = a9 + H(EP)EP.
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Supetficie de escoamento para 0; =0 - Gao

1.5-
b:h
\N 0 L
B
— Gao a=0e b=0 :
: — Gao a=0 e b=—60,75 ;
=T 15

0
/g,

Figura 9 — Comparagao das superficies de escoamento no plano das tensdes principais dos
modelos de von Mises e Gao et al.

3.1.2  Lei de Fluxo Plistico

O passo seguinte para obtencdo do modelo matematico utilizando estes dois critérios de
escoamento ¢ a determinacao da Lei de fluxo plastico, para tal é preciso definir inicialmente os
vetores de fluxo plastico, NH ¢ N€, para os modelos de Hosford e Gao et al. respectivamente.

Adotando a teoria da plasticidade associativa e de acordo com a Eq. (21), tém-se que:

_ 99%q
N =2 60)
~ ~ aay(ép)
uma vez que 0y,(€P) ndo depende do estado de tensdo e consequentemente ——— = 0. Desta
forma, o vetor de fluxo plastico para o modelo matematico de Hosford é dado por:
H_0dd _|_1 h h -1
N =% = By [(02 —03)" + (01 = 03)" + (01 — 02)"|* (kg + Kz + K3) , 3D
2
onde:
k1 = h(oz — 03)" " (e2®e; — e3®e3),
Ky = h(o; — 03)" " (e1®e; — e3®e3), 32)

k3 = h(o; — 0,)" 1 (e1®e; — e,Qe3).
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De forma analoga, o vetor de fluxo plastico para o modelo matematico de Gao et al. é dado por:

o8 _5 aIf aJ3 8%
NG =229 =2 (a1f + 273 + bjD) s (a2L + 2722 + b L), (33)
onde:

LGP

L =6l 1,
a3

% =335, (34

a3

9J3 _ —t.d
"2 = 2 det(S) S7414

Substituindo as derivadas acima na Eq.(30), tém-se:

5
NG = g(alf +27)3 4 bJ3) 76 [abI? I + 81J% S + 2bJ, det(S) S~L: 1], (35)

) . . 1
onde ¢ representa o tensor identidade de quarta ordem desviador, com M =1*- 3 I®I. De

forma reduzida, tem-se:

N =S@e (), 69

coma = al®+27]3 +bj2cf = 9¢ — @615 I+ 812 S + 2byJ5 det(S) S~ 1¢.

a
do
Uma vez determinado o vetor de fluxo, define-se a evolu¢io da deformacio plastica P como:
& =yN. 37)

Novamente, efetuando esse passo para o critério de Hosford, obtém-se:

& =yN" =y <$> {% [(02 — 03)" + (01 — 03)" + (03 — Uz)h]%_l(’ﬁ + Ky + K3)} > 393)

e para o modelo de Gao et al.:
. . a1G . |C _s
# =N =y [S@7 )], (39)

onde, nos dois casos, &P ¢é a taxa de evolucio do tensor das deformacdes plasticas e ¥ € o

multiplicador plastico.
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3.1.3  Ewolucao da Deformagao Plastica Acumnlada

Em seguida, determina-se a taxa de evolucdo da deformacio plastica acumulada, considerando a
equivaléncia de trabalho plastico, conforme apresentado anteriormente na Equacdo (22). Assim, para

o critério de Hosford tém-se que a taxa de evolucao da deformacio plastica acumulada é dada por:

. WH
& =y 2 (40)

O¢

com NH dado conforme as Equacées (31) e (32).

De maneira similar, considerando o critério de escoamento proposto por Gao et al,, a taxa de

evolugao da deformagao plastica acumulada ¢ dada por:

. NG
& =yo, 1)

O'eq

com N¢ dado conforme as Equacdes (33) e (34).

3.1.4  Regra de Complementaridade

Ressalta-se que em nenhum momento é permitido que o nivel de tensao atuante, caracterizado
pelas tensdes equivalente af e O'eGq, ultrapasse a tensao de escoamento atual do material, isto ¢é, a
tensao de escoamento apresentada pelo material no momento da solicitagao, de acordo com o seu
grau de encruamento. Tensoes plasticamente admissiveis encontram-se dentro do dominio elastico
ou em seu limite (limite de escoamento). Desta forma, qualquer tensio admissivel deve satisfazer a

seguinte restricao:
CD(aeq,ay) <0. (42)
Conforme introduzido pela Eq. (20), o multiplicador plastico () é um escalar nio negativo:
¥ =0, 43)

isto ¢, dento do dominio elastico y = 0, e por outro lado, quando ha a presenga do escoamento

plastico y > 0, com isso a condi¢io de complementariedade ¢é satisfeita:

by =0, (44)
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desta forma, a evolu¢ao da deformagio plastica é nula dentro do dominio elastico, isto é:
P<0=>y=0=2& =0, (45)

e o fluxo plastico (&P # 0) apenas pode ocorrer quando o nivel de tensdo coincide com o limite de

escoamento do material.
Oq=0,>d=0=>y=0, (46)

As Equacoes (42), (43) e (44) define a chamada condi¢io de carregamento/descarregamento do

modelo elasto-plastico, ou seja, as restri¢oes:
¢ <0, y =0, by =0, (47
definem quando o fluxo plastico deve ocorrer.

O modelo matematico para as duas fungoes de escoamento apresentadas neste capitulo é
resumido no Quadro 1. Adicionalmente, a evolu¢do das equagdes (38), (39) e (41) sdo

complementadas pelas condi¢Ges de carregamento/descarregamento definidas nesta segao.
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Quadro 1 - Modelo Matematico para Hosford (1972) e Gao et al. (2011).

i) Decomposicio aditiva do tensor de deformacio
g=¢g%+¢P
ii) Lei de elastica
o = D¢ g
iii) Funcio de Escoamento
® =0, -0,(),

com:

1 1
® Ogq = ofl = [F] [(02 — 03)" + (01 — 03)" + (01 — 0x)"]n  [Hosford]
2)h

o 0y =05 =c(alf +27]3 + bj3)Y/e [Gao]

e 0,,(&P) alei de endurecimento com: gy, (€P) = 0,9 + H(P)EP

. . .. - - -p
ivV) Lei de Fluxo Plastico e equacio de evolugio pata €

& =yN
. O &  o:N
el = =y
Oeq Oeq

com N = N¥ para Hosford e N = N para Gao:

N =

! 1] {[(0'2 —0x)" + (0, — 03)" + (03 — Uz)h]%_l[h(o'z - 0'3)h_1(ez®32
h(2)nr

— e3®e3) + h(o; — 03)" 1 (e;®e; — e3®e3)

+h(01 = 02)"(e1@e1 — e;®ey)|

c 5
N6 = g(all6 +27]3 +bj2)76. [a6I] I + 81]% S + 2bj; det(S) S~t: 14]

V) Regra de complementaridade.

=0, ®<0, yo =
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3.2 ESQUEMA IMPLICITO DE INTEGRACAO

Nesta se¢do, apresenta-se a estratégia de solucio numérica adotada no presente trabalho para a
realizagdo das simulagoes numéricas. O uso de modelos constitutivos dependentes da trajetoria,
como ¢é o caso dos modelos aqui apresentados, invariavelmente leva a necessidade de formular
algoritmos para integracio numérica das equagoes de evolugao das variaveis de estado. O problema
entao consiste em formular procedimentos de integracio numérica que sejam capazes de atualizar as
variaveis internas conhecidas, geralmente denominadas por o, no instante de tempo t,, para se
obter as varidveis internas Oy4q no tempo ty41, onde o incremento de deformagio A€ se assume

conhecido.

Além disso, a discretizagao das equagdes constitutivas dentro do chamado pseudo-tempo |[t;,
th+1] € aplicada aos modelos de Hosford (1972) e Gao et al. (2011), baseando-se no esquema de
Euler implicito (Simo e Hughes, 1998). Uma vez que o modelo é implementado em um programa
académico de elementos finitos para um carregamento quasiestatico, é necessario também se derivar

a matriz tangente consistente com o algoritmo de integragao.

O procedimento de atualizacio das tensoes, o qual é baseado na chamada metodologia da
decomposigao do operador (Simo e Hughes, 1998; Souza Neto et al., 2008), é especialmente adequado
para a Integracdo numérica do problema de evolu¢io e tem sido amplamente utilizado na
plasticidade computacional. Esse método consiste em dividir o problema em duas partes: um
preditor elastico, onde o problema ¢ assumido como completamente elastico e um corretor plastico,
no qual um sistema de equacOes residuais formado pela lei elastica, a funcdo de escoamento e as
equagdes de evolucio ¢é resolvido, tomando os valores obtidos na construgao do preditor elastico

como valores iniciais do problema.

Caso a fungdo de escoamento seja violada, o chamado corretor plastico é entao inicializado e o
método de Newton-Raphson ¢ utilizado para se resolver o conjunto de equacbes nio lineares
discretizado. O método de Newton-Raphson ¢ escolhido para solucionar o problema devido a sua
taxa quadratica de convergéncia para a solug¢do, o que resulta em um algoritmo de atualizacao

computacionalmente eficiente (ver Simo & Hughes, 1998; Souza Neto et al., 2008).

3.2.1  Algoritimo de Atualizacao das Tensoes e Varidveis Internas

Na plasticidade computacional, o algoritmo de atualizagao é também comumente chamado de
algoritmo de mapeamento de retorno e a sua construgao requer os seguintes passos: conhecidos os
valores da deformacio elistica, &, ¢ do conjunto das varidveis internas @, no inicio do intervalo do

31



pseudo-tempo [t,, th4+1], € dado também o incremento de deformacgio prescrito, AE, para este

intervalo, o chamado estado tentativa elastico pode ser entdo construido, como:

etrial _ ge
£Tl+1 - sn + Aea

trial _ mye. e trial ptrial _ _p

Ony1 = D% e 7™, Enr1 T Ens (43)
atrial_a o —a(a)
n+l1 — Yn y — Yy\“n/s

i ~ : trial , ~ .
onde a7l representa o tensor das tensoes tentativa, Sfl +1 ¢ o tensor das deformagdes plasticas

tentativa, al§! ¢ a varidvel interna associada ao endurecimento isotrépico tentativa e gy € o limite

de escoamento do material, que passa a ser uma funcao da variavel interna associada ao
endurecimento isotrépico, g, (a;). No caso dos modelos de Hosford (1972) e de Gao et al. (2011),
a chamada deformacio plistica acumulada, €, ¢ tomada como varidvel interna associada ao
endurecimento isotropico. Desta forma, o limite de escoamento do material sera entdo uma fungao

ra4
de &,.

O tensor das tensoes tentativas pode ser entdo decomposto em uma parte desviadora e outra

hidrostatica:
trial _ e trial trial _ e trial
Sn+1 =26 €an+1 > Pn+1 = K Ern+l > (49)

trial trial : ; ; n
onde 8,47 € Ppy1 representam, respectivamente as componentes desviadora e a hidrostatica do
tensor das tensdes de Cauchy tentativas. As constantes G e K representam as constantes de Lamé e

sao denominadas de moédulo de cisalhamento e médulo volumétrico, respectivamente. Os termos

gotrial o getrial yenresentam as componentes desviadoras e volumétrica do tensor das deformacdes

elasticas tentativa.

O proximo passo consiste em verificar se o estado tentativa construido acima (Eq. 48) se
encontra dentro ou fora do limite elastico do material. Para isso, a funcio de escoamento é
determinada com base nos termos definidos neste trabalho. Para os modelos apresentados, a fungao

de escoamento é entao determinada como:

thTial — O.ggial _ Gy(gg) . (50)
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Considerando o modelo de Hosford, tém-se que:

1

trial _ Htrial _ 1 trial trial\" trial trial\ trial trial\"]r
Ocq =~ = O¢ =— (02 — 03 ) + (01 — 03 ) + (01 — 0y ) , (B
(2)n
onde g, g, trial ¢ g trial G35 a5 tensées principais do estado de tensio tentativa.

Para o modelo de Gao et al., tém-se:

! 6 3 2) /8
o-gglal O_ecqtrla ( Itrlal + 27]t1‘lal + b]t‘r‘lal ) . (52)

Itnal trial

em que representa o primeiro invariante do tensor tensao de Cauchy tentativa, @ , e é igual

trial)) trlal trlal

ao traco deste tensor (I trial — ¢y (049 sao respectivamente o segundo e terceiro

invariantes do tensor das tensdes desviadoras tentativa com JiT¢ = S%r_,f‘{l strial o jlrial —

det(SEI9h). A lei de endurecimento do material é aqui representada pelo termo gy (Eﬁ) como uma
funcio da variavel de endurecimento isotrépico, 5. A expressio que define a evolucio do limite de

escoamento do material em funcio de & ¢ escrita como:

ay (&) = ayo + H(EP)E, | (53)

onde H representa o médulo de endurecimento isotrépico, o qual ¢ uma propriedade material e gy,

¢ o limite de escoamento inicial do material.

cI)trial

Caso seja menor ou igual a zero, isso significa que o incremento de deformacgio prescrito

inicialmente ¢é realmente totalmente elastico e o estado tentativa construido passa entdo a ser

considerado o estado real do material, (*),4q1 = (*)%ﬁf‘%l Porém, caso e seja maior que zero

entao ¢ possivel constatar que o material se encontra dentro do regime plastico e que o incremento
de deformacido prescrito, que inicialmente foi considerado como totalmente eldstico, possui na
realidade uma parcela plastica. Desta forma, ha a necessidade de se corrigir o estado tentativa

construido, Eq. (48).

A corregao do estado tentativa ¢ feita a partir da remoc¢ao do incremento de deformacio plastica

de dentro da deformagao elastica tentativa, que pode ser entao expresso por:

e trial
Eny1 = Epyn o — AEP 54
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Para os modelos utilizados neste trabalho, o incremento de deformagao plastica é entao definido

através da Lei de Fluxo Plastico. Assim, substituindo essa expressao na Eq. (54) acima, tém-se:
e trial

Eh41 = Eni1? —AyNpyq (55)

onde Ay representa o multiplicador plastico.

3.2.2  Atnalizacao das Varidveis Internas — Hosford

Para o modelo de Hosford, tém-se:

g4, = &5 —AYNTL (56)

1
n h 3 i
Nia = [ - ]{[(02n+1 - 03n+1) + (61n+1 - U3n+1) + (Uln+1 - O-2n+1) ]h (K1n+1 T Hopyy K3n+1)}’ 7
com:

h-1
Kingy = (02,41 = 03,,,)  (€2@e; — e3®e3),
h-1
K2n+1 = h(01n+1 - O-3n+1) (el®el - 63®e3) > (58)

h—1
K3nt1 = h(01n+1 - 02n+1) (e1®e; — e2®e7).

A atualizagdao das variaveis de estado, para o modelo de Hosford, pode ser obtida através das

equagoes a seguit:

&, = en+AYNEL, (59)
] ] on :N:’l
e =&+ Ayﬁ , (60)

Por fim, a funcao de escoamento atualizada é entao determinada através do estado real no

pseudo-tempo ty 41, de acordo com a expressao:

1
h h h1h _
Pryr = (é) [(62n+1 = 03041) (011 = O3041) + (0141 — 0254) ]h — oy — HE 1 =0. (61)
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3.2.3  Atnalizacao da V aridveis Internas — Gao et al.

Realizando agora, de forma equivalente, o procedimento apresentado acima para a proposi¢ao

de Gao et al., tém-se:

) _5
En1 = ER{TY — AyNyyy = Ay [% (an+1) 5. (ﬁn+1)] > (62)

no qual @p41 € Bpyq sao dados por:

Uni1 = al o, +27],0  +bJ52, ., (63)

7] —
n+1 = aan+1 = a611i+1 I+ 81]2314,1 Sn+1+2bJ3,,, det(Sny1) Snia L1, (64)

On+1

A atualizacdo das variaveis de estado, para o modelo de Gao et al. pode ser obtida através das

equagoes a seguir:

5
C —
e = &p Ty [g (@n+1) 6. (ﬁn+1)] : (65)
NG
Gy =&+ AV%Q’"“ : (66)
n+1

Por fim, a funcao de escoamento atualizada é entao determinada através do estado real no

pseudo-tempo t, 41, de acordo com a expressao:

1/6 _
py1 =c(ahl, +27),3 . +bjs2, )" —oy,—He,, =0. (67)
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3.2.4  Sistema de Equagoes Nao Lineares

Verifica-se entdo, analisando as Eq. (56), (59) e (60) para o modelo de Hosford e Eq. (62), (65) e

(66) para o modelo de Gao et al. que para se determinar o estado real do material, ha a necessidade

de se resolver um sistema nio-linear de equagdes, onde se tem como varidveis €51, EZ +1 ¢ Ay.

O sistema nao-linear formado por estas equagdes de seus respectivos modelos pode ser
considerado, para um estado geral de tensio (problema tridimensional), como um sistema com oito
variaveis e oito equagdes. Pode-se também reescrever a Eq. (55) em termos do campo de tensao,

COmo S§¢ seguc:

Ony1 = D [[4 — AyN, 1] = D®: &% — AyD®: Ny, (68)
Opi1 = Oy — AYD®: Ny, (69)

Desta forma, o sistema de equagdes nao-lineares a ser resolvido tem como variaveis: G4 1, Eﬁ +1

e Ay, e a sua representacio ¢ dada como:

_ trial e,
(a.n+1 — Ynt+1 — AyD -Nn+1

— — on4+1:Np,
(& =&+ AV—: = ) (70)
€n+1

=P
Oyo — Hepyy

K¢n+1 = O-Eqn+1 -

Onde, para o modelo de Hosford: Oeqpq = Ueffﬂ e Nppy = NP De forma similar, para

. — G — NG
Gao et al.: Ocq,.q = Oeqp,, © Nut1 =Nyyq.

O Quadro 2, apresentado na pagina seguinte, mostra de forma resumida o modelo numérico

desenvolvido para os modelo matematico de Hosford (1972) e Gao et al. (2011).
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Quadro 2 — Algoritmo de atualizagio das tensdes e variaveis internas.

7) Determinar o estado tentativa: Dado um incremento deformacio, Ae.

etrial _ e trial _ me. e trial =btrial _ -p
£n+1 =&y + Ag Ont1 = D “Ent1 n+1 =é&n
71) Verificar a admissibilidade Plastica:
trial _ _trial AV 4
D = Ogq' ™ — Oy — H(&)eh
onde:
1
trial 1 i N} ; i1\ ; i1\ h
° O.é—l — T [(O.Ztrlal _ 0'3t”al) + (O.ltrlal _ 0'3t”al) + (O.ltnal _ O.ztrlal) ] [Hosford]
(2)n
trial 16 13 . 2\1/6
o 08" = c(alfriat’ 4 27)5rial 4 pgrial®) [Gao]

trial ~ A , . _ trial
Se @ < 0, entdo, tém-se um passo elastico: (*)p41 = (K41

Caso contrario, tém-se um passo plastico: Algoritmo de retorno:

#i) Algoritmo de retorno para o modelo de Hosford (1972): resolver o sistema de equagdes

nio-lineares (Newton-Raphson), tendo como varidveis: oy11, €1, 4 € Ay.
— gtrial e.
Ony1 = Opyg — AYD®:Npyy

0,+1:N

-» _ = n+1l-Yn+1

En+1 = &n +Ay——
g,

i €dn+1

b = — — H&P
l n+1 O-eqn+1 O-yo Hgn+1
onde:
1

— g H ——_1 _ h _ h hTn
® Oequiq = Oens1 = (2)% [(62n+1 U3n+1) + (61n+1 cr3n+1) + (61n+1 - 02n+1)
_ H —
i Nn+1 - Nn+1 - X )
1 h h hln~
h(Z)}ll] [(02n+1 - O-3n+1) + (o-ln+1 - O-3n+1) + (o-ln+1 - 02n+1) ] (h(o-zn+1 -
h-1 h-1
03,,,) (e:0e,—e3®e3)+h(oy,,, —03,,,) (e1®e;—e;Q®e;3)+h(oy,,, -

02n+1)h_1(91®91 - e2®ez)>
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Continuagio do Quadro 2 - Algoritmo de atualizagio das tensdes e varaveis internas.

7v) Algoritmo de retorno para o modelo de Gao (2011): resolver o sistema de equacSes nio-lineares

(Newton-Raphson), tendo como variaveis: 0,41, 8_5 +1 €Ay,

— trial e,
On+1 = Opy1 — AYD®:Npyy

0,.1:N

D _ D n+1-¥n+1

g1 =& HAYy———
o,

! €dn+1

— _ _yggsb
lq)nﬂ = Oeqnyq — Oyo ~ Hényy

onde:

1/6
— G _ 6 3 2
® Oeqnyy = Teqnyq =€ (a11n+1 + 27]2n+1 + b]3n+1)

5
o Ny = Ng+1 = %(“n+1) 6 (Bn+1)’

Sendo:
6 3 2
An+1 = a11n+1 + 27]2n+1 + b]3n+1

An+1

Bni1 = 3 = a611i+1 I+ 81]2314.1 Sn+1+2bJ3, 4 det(Spi1) Speq 14

On+1

v) Atualizar outras vatidveis internas: €544 € SZ 1

vi) Fim.
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3.3 METODO DE NEWTON-RAPHSON

3.3.1  Sistema de Equagoes Residuais

Na resolugao do sistemas nao-linear descrito no Quadro 2, apresentado na se¢do anterior, o
método de Newton-Raphson ¢ adotado. Como ponto de partida, tal sistema necessita ser escrito na
forma linearizada. Assim, o sistema anterior ¢ inicialmente reescrito na forma de equagoes residuais,

COmo S§¢ seguc:

trial e.
Ony1 —Onyp t AyD®: Np4q

R

R°'n+1 =P =P A On+1:Nny1 0
2 =%+ & — y—aeqn+1 =10;. (71)
RAV i i 0

b
lo'eqnﬂ Oyo —Hépyq

Para o modelo de Hosford, Oeqnqy = O-eg+1 ¢ Npyty = NH .| Por outro lado, para o modelo de

— G — NG
Gao et al., Ocq,,q = Oeqp,q © No,t1 =Ny,

Em seguida, o sistema ¢ reescrito na forma linearizada da seguinte forma:

k
[aRanH 9Rop1y 6Ran+1-|
=P
90n+1 08,44 oAy So k+1 Ra’ k
oR, ORp Ry _;“'1 R 1
n £ = —

| el a—pn+1 1 | 5 n+1 o (72)
90n+1 €n+1 oAy SA R
| ORpy ORpy ORpy | Y Ay
laan+1 ogh . oAy |

Assim, com o intuito de se resumir a aplicagio do método de Newton-Raphson para resolugao
do sistema linear exposto acima, Eq. (72), o Quadro 3 na pagina seguinte ¢ apresentado tomando o

estado tentativa como parametro inicial do problema.
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Quadro 3 - Estratégia Numérica - Método de Newton-Raphson.

7) Tomado o estado tentativa como parametros iniciais:

(0) trial

0) — p (0 .
Ont1 = Oni1 Ay©@ = ay 8=

n+1 n

7) Resolver o sistema de equacOes para: 0y41, Eﬁ +1 ¢ Qy.

r _k
aR%ﬁl aR%Hl aRUmq
don41  0eh,, 0Ay S -
6R§+1 aRgﬁﬂ 5R§+1 n+l j+1
00n41 0%,  OAy ntl };Z“
[don1  02b,, 0Dy |
21) Calcular:

i (k+1) _ -p (k) + 5&° (k+1)

n+1 n+1 n+1
v) Verificar convergéncia:

(k+1)
erro = ¢

[O'yo + HigP D

< tolerancia
ol

v) Fim.
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3.4 OPERADOR TANGENTE CONSISTENTE

Nesta se¢do apresenta-se o procedimento adotado para a implementagao implicita dos modelos
descritos na se¢ao anterior deste trabalho em um ambiente académico de elementos finitos, no qual
a constru¢ao da matriz de rigidez do material se faz necessaria. Para tal, o operador tangente
consistente com o algoritmo de integracao é requerido para a determinacdo da matriz de rigidez
(Souza Neto et al., 2008; Malcher, 2011). Considerando um caso elastico, ou seja, quando o fluxo
plastico é igual a zero dentro de um passo especifico, o operador tangente no tempo t, 41 passa a ser
simplesmente o operador elastico ou a matriz de elasticidade do material (Lemaitre & Chaboche,

1990), descrito por:

D¢ = D. (73)

Por outro lado, em um caso elasto-plastico, ou seja, quando se assume a existéncia de fluxo

plastico, o operador tangente, escrito por DP é definido como:
=~ do

D = (74)

b
deny

onde @ representa a func¢io algoritmica constitutiva implicita para a atualizacio das tensoes, definida
pela algoritmo de retorno descrito na se¢do anterior, dependente de 0,41 ¢ Ay (Souza Neto et al.,
2008). Para os modelo de Hosford e Gao et al., a metodologia aplicada para determinagao do
operador tangente consistente com o algoritmo de atualizacio de tensbes é escrito a partir da

Equacio (71) escrita na forma inversa:

de? Cy1 Gy Cy 0 , (75)

n+1
C31 C3p (s 0

doniq [(Cn Ci2 Ci3][De: det id
dAy

onde:

OR OR oR

on+1 on+1 on+1
00741 agfz+1 oAy
(Cll ClZ 613 OR_p OR_p OR_p
_ s _
621 C22 C23 = ﬁ ++1 ﬂ . (76)
C C C 00n4+1 08,44 oAy
31 32 33 IR 3 Py
Ay RAy RAy
00,41 6E2+1 aAy

Os termos €5y, Cp3, €35 € C33 representam escalares. €1, €51, C13 ¢ €31 representam tensores
de segunda ordem e Cy; representa um tensor de quarta ordem. Assim, a partir da Equagao (73),

pode-se escrever que:
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Depr = doni1
- etrial
deniy

= (Cll: De 5 (77)

onde a operacio (Cy1: D) representa a composicio entre o tensor de quarta ordem Cq; € o tensor

de quarta ordem D, dado pela matriz de elasticidade.

Esta se¢dao encerra a primeira parcela desse capitulo, constituida das formulagdes matematicas e
numéricas dos modelos estudados neste trabalho. A partir dos algoritmos apresentados para cada
um desses modelos elasto-plasticos, foram feitas simulagoes numéricas cujos procedimentos e

resultados sao abordadas a partir da proxima segao.
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3.5 GEOMETRIA, DISCRETRIZACAO E CALIBRACAO

Nesta se¢ao apresenta-se a metodologia numérica utilizada para elaboragao das simulagdes em
um ambiente de elementos finitos académico, Hyplas. Inicialmente sio descritas as geometrias e
dimensoes dos copos de provas ensaiados, bem como as suas respectivas discretizagdes espaciais.
Em seguida, a estratégia de calibragdo e os parametros materiais, para uma liga de aco SAET7045 ¢

uma liga de aluminio aeronautico sao apresentados, considerando os seguintes valores para os

-1/6
parametros do modelo de Gao et al. (2011): a=0, b =-60,75 ¢ ¢ = (a+%b+ 1) ,

conforme recomendado pelos autores em seu estudo. Para a formulac¢ao de Hosford (1972), adotou-

se h = 12, de maneira a aproximar a supetficie de escoamento obtida por este ctitério a superficie

da formulagao de Gao et al. (2011).

A liga de aluminio aeronautico estudada no presente trabalho foi caracterizada por Driemeier et
al. (2010), através de ensaios experimentais motivados pela investigagao dos efeitos combinados da
magnitude de tensdo, razao de triaxialidade e angulo de Lode na resposta e no comportamento
mecanico deste material, gerando dados que pudessem ser utilizados na validagao de relagoes
constitutivas e de critérios de falha para materiais ducteis. Os parametros materiais da liga de aco
SAE1045 foram extraidos dos estudos conduzidos por Bai (2008) que utilizaram esta liga para
verificar o efeito do parametro elasto-plastico angulo de Lode no envelope de falha ductil, e validar

o critério de escoamento proposto em seu trabalho.

3.5.1  Liga de Awo SAE 1045

Como ja apresentado, o presente trabalho contou com duas baterias de simulagdes numéricas,
uma com a liga de aco SAE7045 (Bai, 2008) e outras com a liga de aluminio aeronautico (Driemeier
et al., 2010). Aborda-se inicialmente, as simulagoes realizados com a liga ferrosa, cujas geometrias

dos espécimes e o processo de calibragao sao apresentados nos topicos a seguir.

Geometria dos corpos de prova

Com o intuito de se verificar o desempenho e a diferenca entre o comportamento preditivo de
cada um dos dois modelos apresentados nas primeiras se¢oes deste capitulo (Hosford, 1972 e Gao
et al., 2011), foram propostas duas simulagdes numéricas sob diferentes condi¢oes de carregamento
e niveis de triaxialidade para uma liga de aco SAET7045. Cada simulagao foi realizada em um corpo
de prova diferente para que os niveis desejados de triaxialidade fossem atingidos. A opg¢ao pelo

chamado corpo de prova “Borboleta” proposto por Bai (2008), Figura 10, ¢ feita para representar as
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condicdes de simulacio dentro de uma faixa de baixa triaxialidade (0 <1 < 0,33) e alta
dependéncia do terceiro invariante do tensor desviador, com carregamentos do tipo cisalhante puro
(0°). Por outro lado, para condicdes de alta triaxialidade (0.33 <1 < 1), optou-se pelo corpo de

prova cilindrico sem entalhe.

A geometria mais comumente utilizada em ensaios de tra¢do uniaxial sdo as referentes aos
espécimes cilindricos sem entalhes, cujo nivel de triaxialidade até o inicio da estric¢ao do corpo ¢ de
1 = 0.33. Devido a facilidade de se fabricar corpos de prova com esta geometria, assim como a
realizagdo de ensaios experimentais em maquinas servo-hidraulicas universais, esta geometria ¢é
utilizada neste trabalho para a calibragio dos modelos numéricos considerando cada um dos
critérios de escoamento abordados. No proximo tépico deste trabalho, a etapa de calibra¢ao dos

modelos sera apresentada em detalhes.

As Figuras 10 e 11 apresentam as geometrias e as dimensoes dos espécimes ‘“Borboleta” e
g p g p

cilindrico sem entalhe.

|
ﬁ ﬁ 14.00

SECAO A-A

3.00L % (R1.625) R5.00)

SECAOB-B SEGAOC-C
(R138.150) G

‘ 79.80
; (R5.00)
@ Viséio 3D

Figura 10 — Geometria do corpo de prova “Borboleta”. Adaptado de Bai. (2008).

DETALHE D
ESCALA 4:1
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#15.00 - — — —

60.00

Figura 11 — Corpo de prova cilindrico sem entalhe, utilizado para o processo de calibragao.
Adaptado de Bai. (2008).

Discretizagao espacial dos corpos de provas.

Ambos os corpos de provas selecionados foram simulados utilizando uma ferramenta académica
de elementos finitos, Hyplas. Para a discretizagdo do corpo de prova “Borboleta”, definiu-se uma
malha com elementos finitos tridimensional quadratico hexaédrico com vinte nés cada, totalizando
1440 elementos e 7773 nos, conforme apresentado na Figura 12 abaixo. Para esse caso, a malha ¢
definida em uma estratégia de integracao reduzida com oito pontos de Gauss, e a regido de interesse
(parte central do corpo) apresenta um refinamento maior da malha para melhor analise dos efeito
dos parametros elasto-plasticos implementado. Nesta regiao, encontram-se 12 elementos finitos ao

longo da direcao Z e 4 elementos ao longo da direcao X.

Figura 12 - Malha de elementos finitos hexaédricos para o corpo de prova “Borboleta”. Liga
de ago SAE1045.

Com relagdo ao corpo de prova cilindrico sem entalhe, a sua malha foi criada utilizando
elementos finitos bidimensionais quadraticos de oito nés cada em uma estratégia de integracao
reduzida com quatro pontos de Gauss. Desta forma ha um total de 1800 elementos e 5581 nés para

este espécime cilindrico sem entalhe. Devido a axisimetria dos problemas, apenas 4 dos corpos de
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provas com essa geometria foram simulados envolvendo condi¢des bidimensionais. A Figura (13)
ilustra a malha de elementos finitos para o corpo de prova cilindrico sem entalhe, com detalhe para

o refinamento em sua regido mais critica, onde ha 30 elementos ao longo da dire¢do X.

Figura 13 - Malha de elementos finitos para o corpo de prova cilindrico sem entalhe. Liga de
ago SAFE1045.

Procedimento de calibragdo e parimetros materiais

As calibragdes dos modelos numéricos aqui propostos foram feita através de simulagdes do
classico corpo de prova cilindrico sem entalhe submetido a uma condigao de carregamento de tragao
uniaxial. Sob essa condi¢do de calibracio, a curva de endurecimento do material, O'y(Ep), é

determinada.

O procedimento para a determinagao dos parametros materiais do agco SAE7045 utiliza uma
abordagem de otimizagao inversa, na qual um teste experimental para o corpo de prova cilindrico
sem entalhe sujeito a tragao uniaxial é tomado como referéncia no inicio do processo. Em sequéncia,
o método de otimizagdo inversa ¢ empregado até que a curva forca-deslocamento obtida
numericamente seja a mais proxima possivel da curva de reagao obtida experimentalmente. Uma vez
completa a otimizag¢do, o conjunto dos parametros materiais obtidos ao final desse processo siao
utilizados como parametros de entrada para os modelos constitutivos a serem simulados e

analisados.

A Tabela 2, na pagina seguinte, apresenta os valores dos parametros materiais para a liga de aco
SAET1045. A Figura 14, por sua vez, ilustra a curva de endurecimento numérica obtida para essa liga

apos o processo de calibragdo e otimizagao ter sido realizado.
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Tabela 2 - Parametros materiais para Liga de ago SAE1045.

Descrigao Simbolo Valor
Moédulo de Elasticidade E 220 [MPa]
Coeficiente de Poisson v 0.33
Tensio de escoamento inicial Ty 830 [MPa]
Expoente de Endurecimento Isotrépico n 0,1
Moédulo de Endurecimento Isotropico H 1128,9 [MPa]
Cutrva de Endurecimento Isotropico oy (EP) 830 + 1128,951’0'1
Pardmetro Hosford n 10

a 0

Parametros Gao et al.

b —60,75

Curva de Encruamento - Liga de ago SAE1045
2000 ‘ : : : : ‘ ; : ‘

1800

2]
Q
o

oy [Mpa]
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+= 1000}

l —— Curva de Encruamento - Liga de Ago SAE 7 Mﬂ

L L L L L L L L
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 03 0.35 04 0.45 0.5
Deformagio Plistica Equivalente e

800

Figura 14 — Curva de Encruamento — Liga de ago SAE1045.
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3.5.2  Liga de Aluminio Aerondutico.

Para a segunda bateria de simulagcdes numéricas, adotou-se a liga de aluminio aeronautico,
caracterizada no trabalho de Driemeier et al. (2010), como material constituinte dos corpos de
prova. Assim como realizado na segao anterior para a liga de aco SAE7045, nos topicos abaixo,
apresenta-se de maneira analoga as geometrias e discretizagdes dos espécimes utilizados para essa
liga de aluminio utilizado no setor aeroespacial, juntamente com o seu respectivo processo de

calibragio.

Geometria dos corpos de prova

Visando avaliar os modelos constitutivos de Hosford e de Gao et al. em uma larga faixa de
triaxialidade, duas geometrias distintas para os corpos de provas simulados com a liga de aluminio
aeronautico foram definidas utilizando um perfil retangular com espessura de 6,35mm. Para niveis
médios e altos de triaxialidade, utilizou-se a geometria retangular lisa da Figura 15 em uma simulagao

sob condi¢ao de carregamento trativo uniaxial.

60

7
20|
60 10 60 o

[ [ 1 \ 6.35
200

10

Figura 15 - Geometria do corpo de prova retangular sem entalhe. Liga de Aluminio
Aeronautico.

Para niveis mais baixos de triaxialidade, optou-se pelo corpo de prova apresentado na Figura 16.
A geometria singular deste corpo de prova permite gerar um estado de tensao de cisalhamento puro
em sua regiao de prova, quando submetido a tra¢ao uniaxial. Desta forma, é possivel analisar a
predicao dos modelos estudados neste trabalho sob condi¢oes distintas de carregamentos e de
materiais, uma vez que as formulagdoes mais classicas como von Mises (1913) e Tresca (1864)
apresentam baixa precisio na previsio do comportamento mecanico de ligas materiais mais

modernas.
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Figura 16 — Geometria do corpo de prova para simulagdo de cisalhamento puro. Liga de
Aluminio Aeronautico.

Discretizagao espacial dos corpos de provas.

Para a discretizagao do corpo de prova fabricado em liga de aluminio aeronautico com geometria
retangular lisa, definiu-se uma malha com elementos finitos tridimensionais lineares hexaédrico com
oito nés cada sob integracao reduzida com oito pontos de Gauss, totalizando 1840 elementos e 2376
nos, conforme apresentado na Figura 17 abaixo. Para o presente caso, devido a simetria do
problema, apenas metade do corpo de prova ¢ simulado, e uma discretizagao mais fina da malha é
realizada na regido esperada para a falha, com 10 elementos finitos ao longo da direcao X e 8 ao

longo de Z.

=
oo
S
PSSO
BSOS SISO
BSOS SO S SN
“"

—
——
-

Figura 17 - Malha de elementos finitos hexaédricos para o corpo de prova retangular sem
entalhe. Liga de Aluminio Aeronautico.
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Em seguida, para a geometria capaz de gerar um estado de tensao cisalhante puro em um ensaio
de tracdo uniaxial, criou-se uma malha utilizando elementos finitos tridimensionais quadraticos
hexaédrico com vinte nés cada, com um total de 3456 elementos e 17165 nds, também em uma
estratégia de integracao reduzida com oito pontos de Gauss. A Figura 18 apresenta tal discretizagao
em detalhes, onde a zona potencial para a falha apresenta 8 elementos finitos ao longo da direcao X

e 6 elementos ao longo de Z.

Figura 18 - Malha de elementos finitos hexaédricos para o espécime de cisalhamento. Liga
de Aluminio Aeronautico.

Procedimento de calibragdao e parimetros materiais

Considerando a Liga de aluminio aeronautico, fez-se um procedimento de calibragao
correspondente ao realizado para a liga de aco SAE7045 e apresentado na segao anterior. Ao final
deste processo, foram obtidos os paraimetros materiais apresentados na Tabela 3 e a curva de

encruamento apresentada nas Figura 19.
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Tabela 3 - Parimetros materiais para a liga de Aluminio Aeronautico.

Descrigao Simbolo Valor

Moédulo de Elasticidade E 65,00 [MPa]
Coeficiente de Poisson v 0.3
Tensio de escoamento inicial Oy0 420 [MPa]
Expoente de Endurecimento Isotrépico n 0,115
Moédulo de Endurecimento Isotropico H 1383,58 [MPa]
Curva de Endurecimento Isotrépico oy (€") 420+ 1383, 5gsp 0115
Parimetro Hosford n 10

a 0
Pardmetros Gao et al.

b —60,75

Curva de Encruamento - Liga de Aluminio Aerondutico

1800 T T T

1600

o 0, Mpi)
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g
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I
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Figura 19 — Curva de Encruamento — Aluminio Aeronautico.
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3.6 RESULTADOS E DISCUSSOES

Apresenta-se nesta se¢ao do Capitulo 3 os resultados obtidos na analise do tamanho, formato e
convexidade das superficies de escoamento obtidas a partir dos critérios estudados neste trabalho,
Hosford (1972) e Gao et al. (2011), considerando diferentes valores para os seus parimetros h
(Hosford) e a e b (Gao et al.). Em seguida, faz-se uma investigacio desses modelos, em diferentes
configuracOes, quanto as suas capacidades em descrever o comportamento elasto-plastico das ligas
de aco SAET7045 (Bai, 2008) e aluminio aeronautico (Driemeier et al, 2010) sob condi¢oes de tragao

uniaxial e cisalhamento puro.

3.6.1  Andlise de Convexidade

Para o estudo das superficies de escoamento obtidas com os critérios propostos por Hosford
(1972) e Gao et al. (2011), o modelo matematico apresentado no Quadro 1 foi implementado em
uma rotina em Matlab. Com relagao ao modelo de Hosford, adotou-se nesta analise valores para o
seu parametro iguais a: ) h = 1, na qual este critétio é capaz de recuperar a formulacio matematica
para descricao do inicio do escoamento plastico proposta em 1864 por Tresca, baseada na maxima
tensdo cisalhante; 7) h = 2, desta forma, a tensdo efetiva generalizada de Hosford se resume a
tensao equivalente de von Mises em termos das tensoes principais, representado a magnitude to
tensor das tensoes desviadores, e que fisicamente representa a tensao cisalhante maxima nos planos
octaédricos/maxima energia elistica de distor¢io (Nadai, 1937; Hencky 1924); 7)) h = 12, na qual
este critério apresenta um comportamento intermediario as proposi¢oes de von Mises (1913) e

Tresca (1864); ¢ #7) h = 100, conforme h tende a 0, a formulacio de Hosford se aproxima do

b

critério de Tresca, contudo, na formulagao de Hosford nao ha problemas com singularidades nos

vértices da superficie hexagonal.

O modelo de Gao et al., por sua vez, foi analisando considerando trés combinagoes distintas
para os parametros de sua tensdo equivalente: /) a = b = 0, nesta configuracio particular, o
proposicao de Gao et al. depende apenas do efeito do segundo invariante do tensor das tensoes
desviadoras (J), e se resume a formulacio de von Mises em termos desse invariante; 7) a = 0 e
b = —60,75, os valores adotados nesta segunda configuracio foram extraidos do trabalho de Gao
et al. (2011). Para valores de b nao nulos, ha a introducio do efeito do terceiro invariante do tensor
desviador (J3) e com isso ha uma alteracio no formato da supetficie de escoamento (ver Bai, 2008);
77) na ultima combinacdo, adotou-se a =0 e b = —110 para analisar o impacto de uma

dependéncia mais severa do J3.
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As Figuras 20, 21 e 22 apresentam as superficies de escoamento obtidas pela projecio dos
envelopes de falha no plano das tensGes principais com 07 = 0, e¢ 03 = 0 e normalizadas em
relacio a tensio de escoamento do material. Desta forma, o envelope de falha de von Mises
caracterizado por um volume cilindrico, é representado como uma elipse de cor azul nas figuras
subsequentes. O prisma hexagonal do critério de Tresca, por sua vez, se resume a uma superficie

hexaédrica neste plano de analise (representado pela coloragao verde).

A primeira das Figuras desta analise (Figura 20) apresenta o comparativo entre as diferentes
configuracOes propostas para o modelo de Hosford. Ao se analisar a Figura 20, é possivel observar
que a adocdo de h = 12 gera uma superficie intermediaria (em preto) as supetficies de von Mises
(h = 2, em azul e mais otimista) e Tresca (h = 0, em verde e mais conservativa). Por outro lado,
h =100 produz uma supetficie muito proxima a de Tresca, assumindo desta forma um
comportamento mais conservativo para o modelo. Ressalta-se ao fim da avaliacio do modelo de
Hosford que a sua superficie é sempre convexa, e desta forma, ndo apresenta problemas para a

convergéncia dentro do algoritmo de retorno proposto para este modelo.

Superficie de escoamento para ;=0 — Hosford

1.5
>
S o
o)
——Hosford h=2
— Hosford h=100
—— Hosford h=12
: —— Hosford h—oo
—-1.5 : ‘
-1.5 0 1.5

Gl/O'y

Figura 20 — Analise de Convexidade da Superficie de Escoamento de Hosford (1972).
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Na Figura 21 sio apresentadas as superficies de escoamento obtidas nas trés configuragoes
distintas propostas para o critério de Gao et al.. Mais uma vez fica claro a capacidade desses modelos
em recuperar a formulagio classica de von Mises, atingida pelo modelo de Gao et al. ao se adotar
a =b = 0 (ilustrado na figura pela curva em azul). A cutva em preto na Figura 21 representa a
segunda configuracio realizada para o ctitério de Gao et al. com a = 0 e b = —60,75, conforme a
sua publicacio de 2011. E possivel observar que a introdugio do J5 altera o formato da superficie de
escoamento ¢ a torna mais conservativa. Conforme a magnitude de b é aumentada, altera-se cada
vez mais o formato da superficie de escoamento, tornando-a cada vez mais conservativa em
condi¢des em que ha componentes de cisalhamento, aproximando, assim, o seu comportamento da
formulacdo de Tresca. Contudo, as superficies de escoamento sempre se igualam nas condigdes de
tracio pura. Com relacio a convexidade das superficies de escoamento, observa-se que para
magnitudes mais elevadas de b a superficie passa a ser nao convexa. A nio-convexidade pode causar
dissipagdo negativa de energia para os materiais ducteis aqui estudados (Hill, 1998), uma
consequéncia numérica da nao-convexidade pode ser a nao convergéncia do algoritmo de
atualizacdo implicito baseado no método do ponto mais proximo, utilizado neste trabalho e
apresentado pelo Quadro 2 (Souza Neto et al., 2008). A superficie em vermelho, ilustrada na Figura

21 para a configuracio de Gao et al. com b = —110, é nio convexa.

Superficie de escoamento para 0'3:0 - Gao

1.5
=
©
——Gaoa=0eb=0 :
—— Gao a=0 e b=-60,75
——Gaoa=0eb=-110
—1%5 0 1.5

o1/oy
Figura 21 — Analise de Convexidade da Superficie de Escoamento de Gao et al. (2011).
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Por fim, fez-se uma analise comparativa entre as superficies de escoamento de von Mises (1913),
Tresca (1864), Hosford (1972) para h =12 e¢ Gao et al. (2011) com a=0 ¢ b = —60,75,
configuracio na qual a sua superficie de escoamento é convexa. O resultado deste estudo ¢ ilustrado
na Figura 22, na qual a superficie de von Mises (em azul) é a mais otimista e a de Tresca (em verde) a
mais conservativa. Obsetva-se que para h = 12, a = 0 ¢ b = —60,75, as supetficies dos modelos
de Hosford (em vermelho) e Gao et al. (em preto) apresentam comportamentos muito proximos,
encontrando-se entre as superficies de von Mises e Tresca, com a superficie de Hosford ligeiramente

mais conservativa.

Superficie de escoamento para 0'3=0 — von Mises, Tresca, Gao e Hosford

1.5
3
= o
)
— von Mises
-—— Hosford n=12
— Gao a=0 e b=—60,75
‘ — Tresca ‘
_1.5 i J
-1.5 0 1.5

o1/oy

Figura 22 — Analise comparativa entre as supetrficies de escoamento de von Mises (1913),
Tresca (1864), Hosford (1972) e Gao et al. (2011).

Conforme ja apresentado na revisdo tedrica deste trabalho, as ligas materiais mais modernas
tendem a apresentar um comportamento elasto-plastico que se encontra entre as descrigdes
propostas por von Mises (1913) e por Tresca (1964). Desta forma, uma melhor descricio do
comportamento mecanico dos materiais é esperado para as formulagdes de Hosford (1972) e Gao et
al. (2011), a secao seguinte deste trabalho apresenta a avaliagdo das curvas de reagdo Forga os.
Deslocamento obtidas por esse modelos com relagao as ligas de aco SAET7045 e a liga de aluminio

aeronautico.
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3.6.2  Andlise das Curvas de Reacio e Evolucio da €P

Apresenta-se nesta se¢ao as curvas de reagdo Forca z5. Deslocamento e as curvas de evolugao da
deformagdo plastica acumulada como os resultados obtidos pela simulagio dos modelos
constitutivos de Hosford considerando h = 12 ¢ h = 18, e de Gao et al. paraa = 0, b = —60,75
e b = —80. Como ja apresentado anteriormente neste capitulo, para as baterias de ensaios com a
liga de aco SAET7045 (Bai, 2008), optou-se pelos corpos de prova cilindrico sem entalhe e
“Borboleta”. Para a liga de aluminio aerondutico, as simula¢des foram realizadas considerando os

espécimes retangular sem entalhe e a geometria particular para simula¢ao de cisalhamento puro.

Liga de ago SAE1045

Inicialmente, as simula¢des numéricas foram realizadas utilizando a liga de ferrosa SAE7045. A
Figura 23 ilustra a curva de reagao Forca s5. Deslocamento obtida pela simula¢do do corpo de prova
cilindrico sem entalhe. Nesta imagem, os pontos representados em preto se referem aos resultados
obtidos experimentalmente, a curva azul com o marcador circular representa a curva obtida pelo
modelo constitutivo de von Mises recuperado através da simulacio do modelo de Gao et al. com
a = b = 0. A curva tracejada em vermelho com o marcador losangular representa o modelo de Gao
et al. na configuracio adotada para as analises dos indicadores de fratura do Capitulo 4 com a = 0 ¢
b =—60,75. Por dltimo, a curva em cinza com marcadores em pentagrama ilustra o

comportamento apresentado pelo modelo de Hosford com h = 12.

Por ser a condi¢ao na qual todos os modelos constitutivos foram calibrados, e a situagao na qual
ha uma baixa dependéncia do terceiro invariante do tensor desviador, ¢ facilmente observador na
Figura 23 que os trés modelos em questio (von Mises, Hosford e Gao et al.) apresentaram um
comportamento elasto-plastico extremamente similar, com o6tima correlagio com os dados

experimentais.

A Tigura 24 da pagina seguinte, posicionada estrategicamente abaixo das curvas de reagao
obtidas pela simula¢ao do corpo de prova cilindrico sem entalhe em aco SAE7045 (Figura 23),
apresenta a evolu¢do da deformagdo plastica acumulada obtida ao final desta mesma simulagao.
Diferentemente do observado nas curvas de reacao da Figura 23, o efeito do terceiro invariante do
tensor das tensdes desviadores tém a sua influéncia apresentada mais claramente na evolucao da
deformagao plastica acumulada (faixa cinza na Figura 24), impondo uma maior taxa de crescimento

da deformagao plastica acumulada para as formulagoes de Hosford e Gao et al..
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x 10 4 Curva dereagdo — SAE1045 — CP Cilindrico Liso

2.5 3 3.5

5 -
4 -
Z
@ 3r
=
3]
=
2 L
1 S ‘ ¢ Experimental
‘ ‘ ‘ —e—von Mises ‘
‘ ‘ ‘ - 4- Gaoa=0eb=-60.75 |
L L L —* Hosford h=12 |
08 0.5 1 1.5

. 2
Deslocamento [mm)]

Figura 23 — Curva de reagdo para o corpo de prova cilindrico sem entalhe em liga de ago
SAE1045.

Evolugdo da Def. Plastica Eq. — SAE1045 CP Cilindrico Liso
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Figura 24 — Evolugdo da deformagio plastica acumulada, corpo de prova cilindrico sem
entalhe em liga de ago SAE1045.
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Para a avaliacio dos modelos constitutivos de Gao et al. ¢ Hosford em uma solicitacio de
cisalhamento puro, simulacdes com o corpo de prova “Borboleta” em aco SAET045 foram realizadas.
As curvas de reagao obtidas sido apresentadas nas Figuras 25, 26 e 27, de maneira analoga ao
realizado para o corpo de prova cilindrico sem entalhe. A primeira dessas trés imagens (Figura 25)
ilustra o comportamento elasto-plastico apresentado pelo modelo de Hosford com h = 12 (curva
em vermelho com marcador losangular) em comparagdo com os resultados experimentais (pontos
em preto) e a cutva de reagdo obtida pelo modelo de von Mises (Gao et al. com a = b = 0) para a
solicitacao cisalhante. Nesta situagdo ha uma grande dependéncia do parametro elastoplastico J3
para a precisa descricaio do comportamento mecanico do material, neste sentido, a formulacdo
classica de von Mises (insensivel a tal efeito) apresenta um grande erro quando comparada a resposta
experimental. Nesta mesma figura, o efeito do terceiro invariante do tensor desviador é realcado pela
faixa cinza entre as curvas de von Mises e Hosford, a qual praticamente coincide com todos os

pontos da resposta experimental.

x10* Curvadereagio — SAE1045 CP Borboleta — Hosford
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Figura 25 — Curva de reagdo para o corpo de prova “Borboleta” em liga de aco SAE1045,
avalia¢ido do modelo de Hosford (1972) com h = 12.
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Em seguida, para a analise do comportamento elasto-plastico descrito pelo o modelo de Gao et
al. nas configuragdes: 7) @ = b = 0 (von Mises); 7) a =0 e b = —60,75; e 7)) a = 0 e b = —80,
foram obtidas as curvas de reagdo para a solicitacdo cisalhante ilustradas na Figura 26 abaixo. Em
todas as formulagoes desse modelo, como a ¢é sempre nulo, ndo ha a presenca do efeito da tensao
hidrostatica. Contudo ao se utilizar b # 0, faz-se a introducdo do efeito do J3 (proporcional a
magnitude de b), representado na Figura 26 pela faixa cinza entre as curvas de von Mises (em azul) e

Gaoetal. coma = 0e b = —60,75 (em vermelho).

Como ¢ possivel constatar pela analise da Figura 26, ha um aumento da dependéncia do J3, e
consequentemente, da precisao na descricdio do comportamento do material, na medida em que o
valor de b teve a sua magnitude aumentada. Porém, recapitulando o apresentado na se¢io antetior a
respeito da analise da convexidade das superficies de escoamento, para magnitudes muito elevadas
de b a supetficie de escoamento de Gao et al. passa a ser nio convexa e, desta forma, apresenta
problemas na convergéncia dentro do algoritmo de retorno para atualizacio das variaveis do
problema. A curva em cinza com marcadores em pentagrama ilustra o comportamento obtido pelo
modelo de Gao et al. na configuracio com b = —80, na qual o comportamento presctito pela
formulagdo se aproxima em muito da resposta experimental, porém a sua superficie de escoamento
passa a ser nao convexa e simulagdo numérica do modelo constitutivo nesta configuragdo nao atinge
o deslocamento experimental critico devido a problemas de convergéncia, conforme apontado na

Figura 26.
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Figura 26 — Curva de reagdo para o corpo de prova “Borboleta” em liga de ago SAE1045,
avaliagdo do modelo de Gao et al. (2011) com:1)a=0e b =-60,75e¢2)a =0
e b = —-80.

Por fim, as Figuras 27 e 28 apresentam, respectivamente, as curvas de reacio Forga us
Deslocamento e evolu¢ao da deformacgao plastica acumulada para a analise comparativa entre os
modelos de von Mises (Gao et al. com a = b = 0), Gao et al. na configuracio a =0 ¢ b =
—60,75, e Hosford adotando h = 18, ao se considerar a simulagio numérica com o corpo de prova

“Borboleta”.

Os preenchimentos em cinza claro e cinza mais escuro nas Figuras 27 e 28 procuram representar
o ganho na precisiao para a descri¢io do comportamento elasto-plastico do material obtido através
da introdu¢ao do parametro J3 na formulacao dos modelos constitutivos. A area em cinza mais
escuro representa o efeito do J3 obtido na formulacao de Gao et al. (curva em vermelho) ao se
utilizar b = —60,75, por outro lado, o efeito introduzido pela adogio de h = 18 na formulagio de
Hosford (curva em cinza) ¢ dado pela area preenchida pelas duas tonalidades de cinza, quando
comparados com a formulacio de von Mises (curva em azul) que ¢ independente de tal parametro
elasto-plastico. De maneira analoga, o efeito do terceiro invariante do tensor desviador ¢é
apresentado na curvas de evolugdo da deformagdo plastica acumulada ilustradas na Figura 28, na
qual, diferentemente do observado para o corpo de prova cilindrico sem entalhe, o efeito do terceiro

invariante desacelera a evolu¢ao da deformacao plastica acumulada.
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Figura 27— Curva de reagdo para o corpo de prova “Borboleta” em liga de ago SAE1045,
avaliagdo comparativa entre os modelo de Hosford (1972) com h = 18 e Gao et

al. (2011) coma =0e b = —60,75.
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Figura 28 — Evolugao da deformagio plastica acumulada, corpo de prova “Borboleta” em

liga de ago SAE1045.
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Liga de Aluminio Aeronautico
O presente tépico apresenta os resultados obtidos através da simula¢ao dos corpos de prova
retangular sem entalhe e espécime para cisalhamento puro considerando a liga de aluminio

aeronautico (Driemeier et al.,, 2010), de maneira semelhante ao realizado no tépico anterior para a

liga ferrosa.

A Figura 29 abaixo apresenta a curva de reagao Forca »5 Deslocamento obtida pela simulagao
numérica do corpo de prova retangular sem entalhe, segundo os modelos constitutivos de Gao et al.
nas configuracbes a = b = 0 (von Mises) e a = 0 e b = —60,75 ¢ de Hosford com h = 12. Por
essa ser a condi¢ao de calibragao dos modelos na liga aeronautica, todos os modelos apresentaram
uma excelente correlagdo com os resultados experimentais representados por meio de pontos em

preto na Figura 29, semelhante ao observado na Figura 23 para esse modelos com a liga de aco

SAET045.
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Figura 29 — Curva de reagdo para o corpo de prova retangular sem entalhe em liga de
aluminio aeronautico.

Em posse dos resultados extraidos da simula¢ao do corpo de prova retangular sem entalhe, fez-
se a analise da evolucdo da deformacio plastica acumulada, considerando cada um dos trés modelos:

von Mises, Gao etal. (a =0 ¢ b = —60,75) ¢ Hosford (h = 12) e o resultado obtido foi idéntico

para as trés consideragdes, conforme aponta a Figura 30.
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Evolugdo da Def. Pldstica Eq. — Al Aerondutico CP Retangular Liso
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Figura 30 — Evolugdo da deformagdo plastica acumulada, corpo de prova retangular sem
entalhe em liga de aluminio aeronautico.

Em seguida, partiu-se para a analise de cada um dos modelo, Hosford e Gao et al., de maneira
isolada. A Figura 31 apresenta o comportamento do modelo de Hosford em duas configuragdes
distintas, com h = 12 ¢ h = 18. Quanto maior a magnitude de h, maior é a modificacio do
formato da superficie de escoamento de Hosford devido ao efeito o efeito do J3, a qual passa a se
aproximar mais do comportamento conservativo apresentado pela superficie de Tresca. Tal
fend6meno ocotre pois conforme h = 00, a formulacao de Hosford é capaz de resgatar a superficie
de escoamento de Tresca que apresenta uma melhor descri¢do do comportamento elasto-plastico
em condi¢bes de cisalhamento puro, quando comparada a formulacio de von Mises que ¢

extremamente otimista nestas condi¢oes.

A area em cinza escuro na Figura 31 representa o efeito do J3 na formulacao de Hosford com
h = 12 (curva em vermelho) e o ganho na precisio obtido com relagio a formulagio de von Mises.
Por outro lado, para h = 18, o efeito do terceiro invariante é dado pela area preenchida em cinza
escuro ¢ também pela area em tonalidade de cinza mais claro. Ao se optar por um valor mais alto
para o parimetro h, houve uma melhor correlagdo com os dados experimentais, de maneira que a
curva de Hosford em cinza com pentagramas (h = 18) praticamente em coincidiu com todos os

pontos da resposta experimental.
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Figura 31 — Curva de reagdo para o corpo de prova de cisalhamento puro em liga de
aluminio aeronautico, avaliagio do modelo de Hosford (1972) com h =12 e
h = 18.

A analise ilustrada na Figura 32 se refere aos resultados obtidos pela simulagao do corpo de
prova de cisalhamento através do modelo constitutivo de Gao et al., onde mais uma vez se optou
pelas configuracoes com: 1) a =0 e b = —60,75 (curva em vermelho) e 2) a =0 ¢ b = —80
(curva em cinza). O mesmo efeito observado na analise do corpo de prova para solicitacio
cisalhante com a liga de aco SAE7045 (Figura 26) se apresenta na analise analoga com a liga de
aluminio aeronautico, na qual também houve um ganho na precisao da descrigao do comportamento
elasto-plastico do matetial com a adogio de b = —60,75. Contudo, ao se adotar novamente
b = —80, a nio convexidade da superficie de Gao et al. obtida nessa configuragio nio permitiu a
convergéncia do algoritmo de retorno, e assim, a simulagdo numérica nao podde atingir o
deslocamento experimental prescrito, encerrando os seus calculos antes do instante esperado para a

fratura do espécime em questao.
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Figura 32 — Curva de reagido para o corpo de prova de cisalhamento puro em liga de
aluminio aeronautico, avaliagio do modelo de Gao et al. (2011) com: 1) a =0 e
b=-60,75¢2)a=0eb =-80.

Encerrando este topico de analise da liga aeronautica, apresenta-se as Figuras 33 e 34 com as
curvas de reacdo e evolucao da deformacao plastica acumulada, respectivamente, conforme os
resultados obtidos pelos modelos de von Mises, Gao et al. na configuracio com = 0 e b = —60,75
e Hosford considerando h = 18. Embora o modelo de Gao et al. com b = —60,75 (curva em
vermelho) tenha conseguiu corrigir em parte 0 comportamento otimista apresentado pelo modelo de
von Mises em solicitagoes cisalhantes, a sua resposta, ainda assim, apresentou um erro consideravel
em relacao ao resultado experimental. O comportamento apresentado pelo modelo de Hosford com
h = 18, por sua vez, foi o que apresentou a melhor correlagio com os dados expetimentais, como
pode ser observado pela sua curva de reagao em cinza coincidindo com os pontos obtidos no ensaio

experimental desse corpo de prova na Figura 33.

Por fim, considerando a evolugao da deformagao plastica acumulada apresentada na Figura 34, o
modelo de Hosford (h = 18) apresentou a maior taxa de evolu¢io enquanto o modelo de von
Mises (curva em azul) foi o que apresentou a menor taxa. Esse comportamento é antagonico ao
observado no ensaio de cisalhamento para a liga de aco S.AE7045, no qual o modelo de von Mises

apresentou as maiores taxas e a formulagao de Hosford as menores.

65



Curva dereagdo — Al Aerondutico CP Cisalhamento
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Figura 33— Curva de reagdo para o corpo de prova de cisalhamento puro em liga de
aluminio aeronautico, avaliagio comparativa entre os modelo de Hosford (1972)
com h = 18 e Gao et al. (2011) coma =0e b = —60,75.

Evolugio da Def. Plistica Eq. — Al Aerondutico CP Cisalhamento
0.45 : : R

04 A A S <
y

Efeitodo J; ,

0.35 -

0.3 - '{~ /
74

0.25 -

0.15 -

Deformacio Pléstica Equivalente

—e—von Mises
- 4- Gaoa=0eb=—60.75
—%-- Hosford h=18

2 2.5

1 1.5
Deslocamento [mm)]

Figura 34 — Evolugio da deformagao plastica acumulada, corpo de prova de cisalhamento
puro em liga de aluminio aeronautico.
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3.7 CONCLUSOES DO CAPITULO

Neste capitulo foram apresentadas as formulagdes matematicas de Hosford e Gao et al.,, que tém
como base a introduc¢io do efeito do terceiro invariante do tensor das tensdes desviadoras na lei de
fluxo plastico do material. Além disso, propos-se a implementacio numérica dos modelos elasto-
plastico, com base na metodologia de decomposi¢ao do operador. Para cada um desses modelos foi
deduzido um sistema linear de oito equacOes para um problema em trés dimensdes e seis equagdes

para duas dimensoes, tendo como varidveis o tensor tensio (Op4q), a deformagdo plastica

acumulada (Eg +1) € o multiplicador plastico (Ay).

Analisou-se inicialmente o formato das superficies de escoamento dos modelos em estudo, onde
para o modelo de Tresca, observou-se uma superficie hexagonal com singularidades nos vértices e
mais conservativa em relagio a de von Mises, representada por uma elipse. Para o modelo de
Hosford, observou-se que quando n = 2, o modelo resgata a supetficie de von Mises e para h — 0o,
o modelo se reduz a superficie de Tresca, contudo pode-se ajustar o critério de escoamento através
dos valores de h a fim de se obter uma supetficie de escoamento intermediaria a esses outros dois

modelos (Tresca e von Mises).

O modelo de Gao et al., por sua vez, também torna possivel o resgate do modelo de von Mises,
contudo quando seus parametros materiais sao ajustados, introduz-se o efeito do terceiro invariante
e se obtém uma superficie de escoamento mais conservativa e similar a de Tresca, porém nao hé a
presenca das singularidades nos vértices apresentadas por esta ultima formulagao. Contudo, observa-
se que dependendo da magnitude adotada pra b, a supetficie de escoamento de Gao et al. pode se
tornar nao convexa e apresentar sérios problemas de convergéncia dentro do algoritmo de retorno

para atualizacao das variaveis do problema.

A analise das curvas de reagao Forga ss Deslocamento mostraram mais uma vez que o modelo
constitutivo de von Mises é o mais otimista entre os estudados, apresentado grande disparidade
entre os resultados obtidos pela sua simulagaio numérica e os resultados experimentais. Por outro
lado, o modelo que apresentou os melhores resultados e curvas de reagdo mais proximas as
experimentais foi a formulacao de Hosford, mesmo com uma superficie de escoamento muito
proxima a apresentada pelo modelo de Gao et al., a predicio do comportamento mecanico realizada
pelo modelo de Hosford chegou a apresentar erros menores do que o apresentado pelo modelo de
Gao et al. para as simulagoes sob carregamento cisalhante. Contudo é importante mencionar que a

resposta desses modelos podem ser melhoradas através da otimizagao de seus parametros.
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Com relagao a analise da deformagao plastica acumulada, o modelo de von Mises apresentou a
maior taxa de crescimento na condigdao de analise sob cisalhamento do corpo de prova “Borboleta” da
liga de ago SAAET7045 . Nas simulagbes dos corpos de prova cilindrico sem entalhe em ago SAE7045
e espécime para solicitagao cisalhante na liga aecronautica, o modelo de Hosford apresentou as taxas
de crescimento mais aceleradas para a deformacgido plastica acumulada. Por fim, para avaliagdo do
corpo de prova retangular sem entalhe na liga de aluminio, todos os trés modelos (von Mises, Gao et

al. e Hosford) apresentaram a mesma taxa de evolugao da deformagao plastica acumulada.

Pode-se concluir ao fim deste capitulo que os paraimetros elasto-plasticos do terceiro invariante,
normalmente introduzido na formulagao através do angulo de Lode, 8, e da pressio hidrostatica,
inserida através da triaxialidade, 77, ndo devem ser ignorados e sim levados em conta na lei de fluxo
plastico de modelos que tenham o objetivo de melhor descrever o comportamento mecanico de

materiais duicteis.

Conclui-se ao final deste capitulo a respeito do estudo de modelos constitutivos baseados na
dependéncia do terceiro invariante do tensor desviador que este parametro elasto-plastico nao deve
ser negligenciado na lei de fluxo plastico de modelos que tenham o objetivo de melhor descrever o
comportamento mecanico de materiais ducteis. Uma vez que a alteraciao no formato da superficie de
escoamento causada pela introdugao do seu efeito aumenta de maneira drastica a precisao na

descri¢ao do comportamento elasto-plastico do material.
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4 Indicadores de Fratura Ductil

No capitulo referente aos aspectos tedricos abordados neste trabalho (Capitulo 2), modelos
puramente elasto-plastico foram apresentados como modelos nao-acoplados, isto é, aqueles cujas
formulagées ndo apresentam uma variavel interna associada ao dano ductil e a degradac¢io do
material. No capitulo seguinte (Capitulo 3), dois modelos elasto-plasticos nao convencionais e
dependentes do terceiro invariante do tensor das tensdes desviadoras foram matematicamente
definidos e analisados tomando como base resultados experimentais e numéricos. O presente
capitulo aborda a associagao do modelo constitutivo de Gao et al. (2011), apresentado no Capitulo
3, a sete indicadores de fratura ductil implementados na etapa de pos-processamento do algoritmo
de atualizagdo das variaveis internas deste modelo nao-acoplado. Motiva-se esta escolha por este ser
o modelo mais recente, entre os dois estudados, e atualmente discutido na comunidade de
plasticidade. Para tal, faz-se uso do critério de escoamento de Gao et al., Eq. (28), em duas
configuracdes distintas, com: 1) a = b = 0, o qual recupera a formulacio clissica de von Mises
(1913) e 2)a = 0 e b = —60.75. Nestas duas configuracoes, o modelo de Gao et al. negligencia o
efeito da tensio hidrostitica. Contudo, na configuracio com b nio nulo, este critétio contempla o
efeito do terceiro invariante do tensor das tensoes desviadoras, e consequentemente, uma melhora

na previsao do local e instante para a falha ductil é esperada através introdugao deste efeito.

Segundo Andrade Pires (2001), para que uma analise numérica de problemas que envolvam
fratura ductil seja realizada com sucesso, além de algoritmos de atualizagdo das variaveis internas
robustos e eficientes, ¢ necessario uma escolha adequada de um modelo de fratura ductil. A
utilizacdo de indicadores para a previsio da falha ductil em problemas inelasticos foi inicialmente
sugerida no final dos anos 1940 por Freudenthal através do seu critério baseado no trabalho plastico
total (Freudenthal, 1950). O interesse na pesquisa da fratura ductil propiciou a proposi¢ao de
diversos outros indicadores, como o critério baseado na deformagao plastica acumulada de Datsko
(1960); critérios fundamentados nas geometrias de defeitos como McClintock (1968) e Rice &
Tracey (1969); formulagdes baseadas nos mecanismos de crescimento dos defeito foram propostas
por Cockcroft & Latham (1968), Brozzo et al. (1972), Norris et al (1978), Cockcroft-Latham-Oh
(1979), Atkins (1981) e Clift et al (1990) e Xue & Wierzbicki (2008). Na década de 1950, Kachanov
(1958) propods o que hoje é conhecido como mecanica do dano continuo, dentro dessa categoria

destacam-se os indicadores propostos por Lemaitre (1986), Tai & Yang (1987) e Vaz Jr. (1998).
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A evolugao do processo de deformagao plastica provoca um aumento do dano no material que
pode se prolonga até um eventual colapso deste material. Neste sentido, é proposto no presente
capitulo uma analise de sete indicadores de fratura ductil, utilizados na descricao do estado de
degradacio do material, quanto as suas capacidades em quantificar e prever o local e instante da
fratura. Nas se¢oes seguintes, sio expostas as formulacées matematicas de cada um dos indicadores
de fratura ductil adotados, assim como a estratégia numérica utilizada para as suas implementagdes
na etapa de pds processamento do algoritmo de retorno. Além disso, apresenta-se os espécimes
selecionados para as simulagbes numéricas, juntamente com as suas geometrias, discretizagdes
espaciais e processo de calibragdo. A parte final deste capitulo aborda os resultados obtidos para
cada um dos indicadores de fratura ductil considerando as ligas de ago SAE7045 (Bai, 2008) e de

aluminio aeronautico (Driemeier et al., 2010) ja apresentados no Capitulo 3 deste trabalho.
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41  FORMULACAO MATEMATICA

Um indicador de fratura ¢ uma funcao escalar de certos parametros materiais, como tensao,
deformagao, nivel de triaxialidade, e entre outros . Muitos autores apontam que para um critério de
fratura ductil descrever de maneira satisfatoria a degradacao do material, estes devem apresentar
certas caracterfsticas como: 1) dependéncia do histérico de carregamento, uma vez que a
deformagao atual pode nio conter informacdes suficientes para a descricao do inicio da trinca e a
sua respectiva propaga¢ao no material (Cockcroft & Latham, 1968; Norris et al., 1978; Atkins &
Mai, 1985; Andrade Pires, 2001); 2) dependéncia da tensao hidrostatica, como apresentado
anteriormente, este parametro possui grande impacto na ductilidade do material (Hancock &
Mackenzie, 1976; Mackenzie et al., 1977; Norris et al.,, 1978; Oyane et al., 1978; Lemaitre, 1985;
Mudry, 1985; Tai & Yang, 1987; Bao & Wierzbicki, 2004; Bonora et al. 2005; Borvik et al., 2005;
Gao & Kim, 2000; Bacha et al., 2007; Bai & Wierzbicki, 2007; Brinig et al. 2013); e 3) um quociente
de tensdo, como a triaxialidade que representa uma medida paramétrica do estado de tensiao
(Hancock & Mackenzie, 1976; Mudry, 1985; Bao & Wierzbicki, 2004; Gao and Kim, 2006; Briinig et
al., 2008; Mirone ez al. , 2010; Brunig et al. 2013). (Andrade Pires, 2001).

Em geral, um critério de fratura ductil dependente do histérico de carregamento pode ser

CXPresso como:

Iy = f O, 00q, )} de?, (69)
0

onde P representa a deformacio plastica acumulada, Iy representa, de forma geral, um indicador de
fratura e U(p, Ocq -) denota um critério de fratura especifico dependente da tensio hidrostatica
(p), de uma tensio equivalente (O'eq), e demais parametros elasto-plastico. No presente trabalho,
adota-se como 0gq a tensdo equivalente definida por Gao et al. (2011) e apresentada no Capitulo 3

como UeGq = c(al® + 27]3 + bJ3)Y/% com a, b e ¢ parimetros materiais.

Os critérios de fratura duactil podem ser divididos em dois grupos, aqueles pertencentes a
micromecanica € aqueles pertencentes aos odelos de crescimento de defeitos (Andrade Pires, 2001). Estao
agrupados no primeiro grupo os critérios de Freudenthal (1950) e Gillemont (1976) baseados no
trabalho plastico total, e o critério de Datsko (1966) baseado na deformacgio plastica acumulada. No
segundo grupo, dos modelos de crescimento de defeitos, estio os modelos de McClintock (1968) baseado
em micro-defeitos cilindricos, Rice & Tracey (1969) formulado sobre a geométrica esférica de micro-

defeitos, os modelos baseados nos mecanismos de crescimento de defeitos como Cockcroft &
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Latham (1968), Brozzo et al. (1972), Norris et al. (1978), Cockcroft-Latham-Oh (1979), Atkins
(1981), Clift et al. (1990) e Xue & Wierzbicki (2008), juntamente com os modelos baseados em dano
apresentados por Lemaitre (1985) e Tai & Yang (1987) e Vaz Jr. (1998).

4.1.1. Micromecinica

Dentro do grupo da micromecinica, os indicadores propostos por: Freudenthal (1950), Gillemont

(1976), e Dratsko (1966) foram escolhidos para a analise realizada neste trabalho.

Critério do Trabalho Plastico Total

O vanguardista indicador de fratura proposto por Freudenthal (1950) e Gillemont (1976), se
baseia no trabalho plastico total, e postula que a trinca em um material metalico ductil se inicia e se
propaga quando a energia plastica absorvida atinge um valor critico, ou seja, quando o trabalho

plastico atinge um valor critico.

Anteriormente neste trabalho, o trabalho plastico foi definido segundo a Eq. (15), na qual
considera uma dupla contragio entre o tensor tensao de Cauchy e a taxa de evolugdo do tensor das
deformagoes plastica. Diferentemente dessa formulagao apresentada no Capitulo 2 deste trabalho,
Freudenthal (1950) e Gillemont (1976) consideraram uma tensao equivalente, capaz de caracterizar o
estado de tensao geral, ¢ uma deformacdo plastica acumulada para formular a sua proposicao de

indicador de fratura. Tal formulagao é dadas por:

gpf

Lyp =W, = j oS, dé?, (70)
0

em que W, € o trabalho total por unidade de volume, &P ¢ a deformacio plastica acumulada, &P féa
deformagao plastica acumulada na fratura e UeGq ¢ a tensdo equivalente proposta por Gao et al,

sendo UeGq = c(alf + 27]3 + bj3)Y/® . Desta forma, para a = b = 0, esta tensio equivalente se

reduz a tensdao equivalente de von Mises, ou seja, Ggq =q =./3/5.
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Critério da Deformagio Plastica Acumulada

Proposto originalmente por Dratsko em 1966, este indicador de fratura considera que a fratura

ductil se inicia quando a deformagao plastica acumulada assume um valor critico, tal que:

gbf

Ip = f de? = evf 1)
0

onde &P ¢ a deformacio plastica acumulada e &P/ representa a deformacio plastica acumulada na

fratura.

4.1.2.Modelos de Crescimento de Defeitos

Conforme ja apresentado e extensivamente aceito dentro da comunidade de plasticidade e
mecanica do dano, o mecanismo de nucleagao, crescimento e coalescéncia de micro-defeitos é o que
melhor descreve a fratura de materiais ducteis. (McClintock, 1968; Rice and Tracey, 1969; Hancock
& Mackenzie, 1976; Andrade Pires, 2001; Kim & Gao, 2003; Gao & Kim, 2006; Bacha et al., 2007,
Khan, 2012; Malcher, 2012; Brunig, 2013; Malcher, 2014 GTN). Em materiais ducteis solicitados
por um carregamento crescente, a extremidade da trinca que ¢ inicialmente afiada comega a se
arredondar para acomodar as elevadas deformagoes plasticas, e em um determinado instante,
pequenos vazios comegam a nuclear devido as inclusoes, acumulagao de deslocamentos ou outros

micro-defeitos. Com isso, a trinca inicial cresce e se propaga pelo material (Andrade Pires, 2001).

Os indicadores selecionados dentro do grupo dos modelos de crescimento de defeitos sao formulados
segundo diversos pressupostos fisicos como a geometria dos defeitos, e os mecanismos de
crescimento (efeitos das tensdes principais e tensao hidrostatica). Dentre eles foram selecionados os
modelos de: Rice & Tracey (1969), Brozzo et al. (1972), Cockcroft & Lathan (1968), ¢ Xue &
Wierzbicki (2008).

Critério de Rice & Tracey

Rice & Tracey (1969) introduziram uma fun¢do da razdo de triaxialidade para descrever o
crescimento de vazios esféricos em um campo geral remoto, analisando assim, o crescimento de
defeitos esféricos num campo de tensdes triaxiais. Este modelo pode ser expresso sob a forma de
uma integral, onde a fratura ocorre quando um valor adimensional do tamanho do vazio atinge um

valor critico (Andrade Pires, 2001; Bao & Wierzbicki, 2004), sendo:
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R¢ gbf

dR V3
Ipr = j‘?:f 0.283 exp <7n> déP , (72)

Ro 0

onde o primeiro termo da integral representa a evolugao do crescimento do vazio e R indica o raio

da esfera, sendo que este pode variar entre dois valores limites, raio inicial, Ry, e raio critico da

- . . , - . . )
esfera, R.. Na expressio mais a direita, 77 ¢ a razdo de triaxialidade, definida como 1 = o
eq

conforme a Equacio (7). &P ¢ &P/ denotam a deformacio plastica acumulada e a deformacio

plastica acumulada na fratura, respectivamente.

Critério de Cockcroft & Latham
Proposto inicialmente por Cockcroft & Latham (1968) para aplicagoes no regime entre baixas e
negativas razOes de triaxialidade, este critério ¢ definido em termos do trabalho plastico de tracao
associado com a tensdo principal sobre a trajetéria de deformagao plastica acumulada. Tal critério
postula que a fratura ocorre quando a deformacao plastica acumulada acumulada modificada pela

tensao principal maxima atinge um valor critico (Andrade Pires, 2001; Bao & Wierzbicki, 2004b):

sbf

ICL :f O'ldgp ) (73)
0

onde 0y representa a tensio principal maxima, €P a deformacio plistica acumulada e &Pl a

deformacao plastica acumulada na fratura.

Critério de Brozzo, de Luca & Redina

Brozzo et al. (1972) propuseram uma alteracio empirica para o critério de Cockcroft & Lathan
através da introducdo de uma dependéncia explicita da tensio hidrostatica em sua formulagao

(Andrade Pires, 2001; Bao & Wierzbicki, 2004):

gof

204
Igp = | ————déP, 74
Br f3<al—p) ¢ 7
0

onde p ¢é a tensio hidrostitica, 0y a tensio principal maxima e¢ &P ¢ 52 representam,

respectivamente, a deformagao plastica acumulada e a deformagao plastica acumulada na fratura.
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Critério de Xue & Wierzbicki
Entre os indicadores selecionados neste trabalho, o critério proposto por Xue & Wierzbicki é o
mais recente, tendo sido publicado em 2008. Segundo esta formulacio, a fratura se inicia quando a
deformacao plastica acumulada, modificada por uma funciao da razao de triaxialidade, 1, e do

terceiro invariante normalizado do tensor desviadort, €, atinge um valor limite.

gbf

dep
= — 75

onde &P ¢é a deformagio plastica acumulada e &P f representa a deformagdo plastica acumulada na
fratura. Segundo Xue (2008), o material apresenta a sua maior ductilidade e sua condi¢ao mais
favoravel a fratura em um estado de tensio axisimétrico, onde & = 1. Por outro lado, a condicio
menos favoravel a fratura se da em um estado plano de deformacio, com & = 0. Xue & Wierzbicki
(2008) utilizaram estas duas condi¢oes como limites para definir a forma de sua fungio F(7,£), de
maneira a descrever a variagdo da ductilidade dependendo do estado de tensdo ao qual o material

esta sendo submetido. Assim:
£ = F(,§) = G0 = (™1 — Coe™5M)(1 - §2), 76

onde Cy, Cy, C3, ¢ C4 sdo parametros materiais a serem calibrados. No presente trabalho, adota-se:

C, = 0,928, C, = 2,338, C3 = 0,491 ¢ C, = 2,24, extraido de Xue (2008).

4.1.3. Modelos da Mecinica do Dano Continno

Segundo Andrade Pires (2001) os modelos baseados na mecanica do dano continuo nao servem
apenas para descrever o comportamento do material, mas também permitem uma abordagem
sistematica a analise da fratura, desde a iniciacdo da fenda, propagacio e ruptura final. Nesses
modelos ha uma variavel que contempla o acimulo de dano do material até a sua completa ruptura,
dentro dos trabalhos realizados nesse contexto, destacam-se os trabalhos de Lemaitre (1984, 1985,

1986 e 1996), Francois (1985), Benallal et al (1989), Murakami (1990), Malcher (2014) entre outros.
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Critério de Lemaitre

Lemaitre prop6s em 1986 um critério baseado na taxa de liberac¢ao da energia elastica, Y, capaz
de caracterizar a iniciagio da macro-fenda no material. Este critério é representado como se segue:

0sq 2

I emaitre = —Yc = m 3 1+v)+3(1- ZV)(T’)Z , (77)

onde Y, ¢ a taxa de liberacio de energia com dano no momento da fratura, E representa o médulo

de Young, v ¢ o coeficiente de Poisson, D ¢ a variavel de dano e ) denota a razao de triaxialidade.

Critério de Vaz Jr.

Baseado nas conclusdes obtidas por Lemaitre (1986) em seus trabalhos sobre a adequabilidade
de medidas de energia como critérios de fratura ductil, Vaz Jr. propos em 1998 um indicador de

fratura baseado no trabalho total do dano que pode ser aproximado pela seguinte expressao:

gbf

aequ 2 ’
lyaz = j {ZESO [§ 1+v)+3(1- ZV)(Y])Z]} déP . (78)
0

Esta equacdo retém algumas das qualidades exibidas pelo trabalho total do dano, como a

dependéncia da triaxialidade, sendo valida para qualquer histérico de carregamento e endurecimento
material nao linear (Andrade Pires 2001). Na equagao, O'eGq representa a tensao equivalente proposta
por Gao et al,, Sy denota o denominador de dano calibrado em uma condi¢ido de carregamento

cisalhante puro e s é o expoente de dano, por fim, & e &P/ se referem, respectivamente, a

deformagao plastica acumulada e a deformacio plastica acumulada na fratura.
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4.2 EFEITO DO TERCEIRO INVARIANTE

Como ja exposto no Capitulo 3 deste trabalho, a introdugio do efeito do terceiro invariante (J3)
no modelo constitutivo de Gao et al. altera a evolugdo da deformacio plastica acumulada, definida
conforme a Eq. (41). Com isso, todos os indicadores de fratura ductil apresentados no presente
capitulo passam a depender indiretamente do /3, visto que as suas formulag¢oes estdo em fungao da

deformacao plastica acumulada.

Os indicadores propostos por Freudenthal (1950) e Gillemont (1976), Rice & Tracey (1969) e
Vaz Jr. (1998) contam com a tensio equivalente de Gao et al. (O'gq) em suas formulagoes. Desta
forma, além da dependéncia indireta do J3 por meio da deformagio plastica acumulada (€P), estes
indicadores apresentam também uma dependéncia direta deste efeito quando b # 0 é adotado na
tensao equivalente de Gao et al.. O mesmo ¢ valido para o indicador proposto por Xue &
Wierzbicki, o qual aptresenta o terceiro invariante normalizado () e a tensdo equivalente de Gao et

al. (O'Eq) em sua formulacao.

As proposi¢oes de Cockcroft & Latham (1968) e Brozzo et al. (1972) dependem indiretamente
do terceiro invariante do tensor desviador tanto pela deformacio plastica acumulada (€7) quanto
pela tensdo principal maxima (0,) presente em suas formulacdes. Uma vez que a introducio do J3
impacta na descricao do comportamento mecanico do material e consequentemente afeta a

determinagdo dos estados de tensdo e as suas respectivas tensoes principais.

Por fim, o indicador de fratura ductil proposto por Dratsko (1966), o qual é baseado
exclusivamente na deformagio plastica acumulada (€P), também depende de maneira indireta do
terceiro invariante do tensor desviador. Desta forma, quando b # 0, o efeito do terceiro invariante é
acionado tanto no modelo elasto-plastico de Gao et al. quanto nos indicadores de fratura

apresentados neste capitulo.
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4.3 ESQUEMA IMPLICITO DE INTEGRACAO

Os sete indicadores de fratura ductil adotados neste trabalho: Trabalho Plastico Total
(Freudental, 1950 e Gillemont, 1976), Deformacio Plastica Acumulada (Dratsko, 1966), Rice &
Tracey (1969), Cockcroft & Latham (1968), Brozzo et al. (1972), Vaz Jr. (1998) e Xue & Wierzbicki
(2008), sao acrescentados a etapa de pos-processamento do algoritmo numérico apresentado no
Capitulo 3 para o modelo constitutivo elasto-plastico de Gao et al. (2011). Desta forma, toma-se o
estagio final do esquema de integragdao apresentado no Quadro 2, atualizagao das variaveis internas,
como etapa inicial do calculo de cada um desses indicadores, os quais sao discretizados de forma

geral como:

By = loy + 0 (Prs, 08 oo ) AL, (79)

onde Iy, € Iy, representam os indicadores de fratura nos instantes do pseudo-tempo ty4q € ty

respectivamente, e AEX, . denota o incremento de deformacio plastica acumulada, definido como
> n+1 ¢ >
D _ 2 =D
A‘c:n+1 - £n+1 &n-

O Quadro 4 apresenta o algoritmo de retorno com os indicadores de fratura implementados.
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Quadro 4 — Esquema de Integragdo Numérica — Indicadores de Fratura.

7) Determinar o estado tentativa: Dado um incremento deformagio, A€.

etrial _ ge trial _ mye. e tnal =btrial _ -p
En+1 T &n + Ae Ont1 = D®: n+1 =én

z2) Verificar a admissibilidade Plastica:
i ial DN
ptrial — afqma —oy—H (&F )sﬁ
Onde:
G trlal trial® trial3 trial? 1/6
. b ¢ (alfriat® 4 27j7ia? 4 pjgriat®)

Se ¢ptTal < 0, entio, tém-se um passo elastico: ( = (x)trial,
> n+1 n+1

Caso contrario, tém-se um passo plastico: Algoritmo de retorno:

77) Algoritmo de retorno para o modelo de Gao (2011): resolver o sistema de equagdes nio-

lineares (Newton-Raphson), tendo como variaveis: 0,1, Eﬁ +1 ¢ Ay.

— trial e.
On+1 = Opy1 — AY]D) Nn+1

G
0,.1:N
= _ =p n+1 n+1
&1 = &n +Ay—6 G
eq
i n+1

-5 G _ _ P
l¢n+1_o-eqn+1 oy —H& 4

1/6
N nl (a11 1t 27]2 i1 T b]3n+1)

* n+1 - (an-i—l)__ (ﬂn+1)
Sendo:
6 3 2
Uniy = @lyy g +27)25 4 +bJ3p 4

0qn41

ﬁn+1 611n+1 I+ 81]2n+1 n+1 T 2b]3n+1 det(sn+1) Sn+1

60'"+1

1v) Atualizar as demais variaveis internas.
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Continuagio do Quadro 4 - Esquema de Integragio Numérica — Indicadores de Fratura.

v) Etapa de Pés- processamento. Indicadores de Fratura.
a. Trabalho Plastico Total

— G =P
IWPn+1 - IWPn + (Geqn+1A€n+1)
b. Deformagio Plastica Acumulada
I

— =P
gpn+1 —_ Ian + Agn+1

c. Rice & Tracey
V3 g}
IRTn+1 = IRTn + l0,283 EXp <7 nn+1> A££+ll
d. Cockcroft-Latham

_ =D
Iy =1Ici, + (01n+1A8n+1)

e. Brozzo et al.

204
Iy, . =1 +l ntl AE? l
T B(200y ~ Pra) T

f. Xue & Wierzbicki

I—
p
4 A& L4

IXWn+1 = IXWn

n+1

L —

1 T
cle—CznnH(cle-%ﬂ—Cae‘c“""“)<1_ : )

g. Vaz]r.

So

G 2
I = ey 412 [200 1) 13011 e )?| b 22

vi) Fim.

80



44  GEOMETRIA, DISCRETRIZACAO E CALIBRACAO

Esta se¢ao se assemelha a secao homonima presente no Capitulo 3. Desta forma, apresenta-se
aqui as geometrias e dimensdes dos copos de provas utilizados, bem como as suas respectivas
discretizagoes espaciais elaboradas para as simula¢oes numéricas no ambiente de elementos finitos
académico Hyplas. Para a analise dos indicadores de fratura ductil, foram realizadas trés baterias de
simula¢oes numéricas com a liga de ago SAE7045 (Bai, 2008) e quatro com a liga de aluminio
aeronautico (Driemeier et al., 2010), cujas propriedades materiais estio presentes nas Tabelas 2 e 3

respectivamente.

4.4.1.Liga de Ao SAE 1045

Como ja apresentado, o presente trabalho contou com trés baterias de simula¢oes para a analise
dos indicadores de fratura com a liga de aco SAE7045, caracterizada no trabalho de Bai (2008) para
a validacdo de seu critério de escoamento plastico dependente da razao de triaxialidade e do angulo
de Lode. A primeira bateria ¢ realizada com o intuito de calibrar os indicadores e avaliar previamente
as suas capacidades em prever o local correto da fratura, as demais baterias sao desempenhadas para
investigar o comportamento desses indicadores fora do ponto de calibragao, com relagdo a predi¢ao

do local e instante para a falha ductil.

As geometrias dos espécimes utilizados, a discretizacdo das malhas de elementos finitos e o

processo de calibragao para esta liga ferrosa sao expostos nos topicos a seguir.

Geometria dos corpos de prova

A calibragao dos indicadores de fratura ductil examinados neste capitulo utiliza mais uma vez o
corpo de prova cilindrico sem entalhe descrito anteriormente no Capitulo 3, e cuja geometria é
apresentada na Figura 11. Além do espécime cilindrico utilizado para a calibragao, um outro corpo
de prova cilindrico entalhado foi utilizado para a simulagio numérica em condi¢oes de nfveis mais
altos de triaxialidade, com 0.33 <71 < 1 (Figura 35). Por fim, para a simulacio numérica de um
carregamento cisalhante puro, optou-se mais uma vez pelo corpo de prova “Borboleta” apresentado

na Figura 10 deste trabalho.
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Figura 35 — Espécime cilindrico entalhado com R = 12mm.

Discretizagao espacial dos corpos de provas.

As mesmas discretizagoes espaciais realizadas para o corpo de prova cilindrico sem entalhe e
“Borboleta” empregadas na avaliagio dos modelos constitutivos de Hosford (1972) e Gao et al. (2011)
no Capitulo 3, Figuras 12 e 13, foram utilizadas para a analise dos indicadores de fratura
apresentados neste capitulo. Assim, para a o corpo de prova “Borboleta”, manteve-se a malha com
elementos finitos tridimensional quadratico hexaédrico com vinte nés cada, em um total de 1440
elementos e 7773 nos, e para o espécime cilindrico sem entalhe, a sua discretizagdo ja mencionada
foi estabelecida utilizando elementos finitos bidimensionais quadraticos de oito nos cada, totalizando

1800 elementos e 5581 nos.

O corpo de prova cilindrico entalhado foi ensaiado numericamente utilizando uma malha de
elementos finitos bidimensionais quadrilaterais quadraticos de oito nds cada, em um total de 2400
elementos e 7421 nds, em uma estratégia de integracao reduzida com quatro pontos de Gauss. Sua
discretizagao ¢ ilustrada na Figura 36, com um maior refinamento na regido mais critica do corpo de

prova, onde ha 30 elementos finitos ao longo da direcao X.

Figura 36 - Malha de elementos finitos bidimensionais quadraticos — Corpo de prova
cilindrico entalhado com R = 12mm. Liga de ago SAE1045.
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Procedimento de calibragdo

Com o intuito de se determinar os valores criticos de cada um dos sete indicadores propostos
neste trabalho, uma bateria de simulacao numérica foi conduzida considerando o modelo de Gao et
al. em duas configuracoes distintas, com a = b = 0, na qual o modelo é capaz de resgatar a
formulacao classica de von Mises, e com @ = 0 e b = —60,75. Na segunda configuracio adotada, o
modelo constitutivo de Gao et al. se torna dependente do efeito do terceiro invariante do tensor das
tensodes desviadores, alterando assim o formato do seu envelope de falha. Neste sentido, para a
calibragdo dos indicadores de fratura ductil com relagao a liga de ago SAE7045, o corpo de prova
cilindrico sem entalhe apresentado na Figura 11 e discretizado conforme a Figura 12 foi simulado
numericamente considerando uma solicitagao trativa uniaxial e um deslocamento experimental

critico até a fratura de Ugyp = 1,6mm.

Apbs simular o espécime cilindrico sem entalhe nas duas configura¢oes do modelo de Gao et al,,
os valores criticos para cada indicador foi encontrado. A Tabela 4 abaixo apresenta os resultados
obtidos para a liga SAE7045, em seguida as Figuras 37 a 43 ilustram o contorno de cada um dos

indicadores avaliados.

Tabela 4 — Valores Criticos dos Indicadores de Fratura Ductil para a Liga SAE1045.

SAE 1045

Configuragdao do Modelo Elasto-Plastico de Gao et al.

a=b=0(wonMises) a=0eb=-60,75

Indicadores de Fratura

Brozzo et al. 0,3041 0,3411
Cockcroft & Latham 1,554E+16 1,798E+16
Deformagio Plastica Acumulada 0,4562 0,5116
Rice & Tracey 0,174 0,1908
Trabalho Plastico Total 669,5 792,3
Vaz Jr. 0,3902 0,4777
Xue & Wierzbiki 1,939 2,085
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y
L—» 2 L—» 2
Brozzo et al. Brozzo et al.
0.3041 0.3411
0.27252 0.30525
0.24094 0.26939
0.20937 0.23354
0.17779 0.19768
0.14621 0.16183
0.11463 0.12597
0.083056 0.090119
0.051478 0.054264
0.0199 0.01841
a b

Figura 37 — Indicador de Fratura Brozzo et al, associado ao modelo de Gao et al. na
configuragdo: a) a =b = 0 (von Mises) e b) a=0 e b = —60,75. Corpo de
prova cilindrico sem entalhe — SAE1045.

L.

Cockcroft et al.

L.

Cockcroft et al.

1.554e+16 1.798e+16
1.387e+16 1.6034e+16
1.22e+16 1.4088e+16
1.053e+16 1.2142¢+16
8.8602¢+15 1.0195¢+16
7.1903e+15 8.2492¢+15
5.5203e+15 6.303e+15
3.8504e+15 4.3568e+15
2.1804e+15 2.4107e+15
5.105e+14 4.645e+14
a b

Figura 38 — Indicador de Fratura Cockcroft et al., associado ao modelo de Gao et al. na
configuragdo: a) a =b = 0 (von Mises) e b) a =0 e b = —60,75. Corpo de
prova cilindrico sem entalhe — SAE1045.
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Y y

L—’ X L_. X

Def. Plast. Ac. Def. Plast. Ac.
0.4562 0.5116
0.40883 0.45782
0.36145 0.40405
0.31408 0.35027
0.26671 0.2965
0.21933 0.24272
0.17196 0.18895
0.12459 0.13517
0.077213 0.081396
0.02984 0.02762

a b

Figura 39 — Indicador de Fratura Deformagio Plastica Acumulada, associado ao modelo de
Gao et al. na configuragio: a) @a = b = 0 (von Mises) eb)a =0e b = —60,75.
Corpo de prova cilindrico sem entalhe — SAE1045.

| L.

Rice & Tracey

Rice & Tracey

0.174 0.1908
0.15584 0.17067
0.13768 0.15055
0.11952 0.13042
0.10136 0.11029
0.083194 0.090168
0.065033 0.070042
0.046872 0.049916
0.028711 0.029789
0.01055 0.009663
a b

Figura 40 — Indicador de Fratura Rice & Tracey, associado ao modelo de Gao et al. na
configuragdo: a) a =b = 0 (von Mises) e b) a =0 e b = —60,75. Corpo de
prova cilindrico sem entalhe — SAE1045.
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Trab. Plastico

..

Trab. Plastico

669.5 792.3
598.58 707.72
527.65 62314
456.73 538.56
385.81 45398
314.88 369.4
243.96 284.82
173.04 200.24
102:11 115.66
31.19 31.08
a b

Figura 41 — Indicador de Fratura Trabalho Plastico, associado ao modelo de Gao et al. na
configuragdo: a) a =b = 0 (von Mises) e b) a=0 e b = —60,75. Corpo de
prova cilindrico sem entalhe — SAE1045.

y y

L—&" L_'x
Vaz Junior Vaz Janior
0.3902 0.4777
0.34818 0.42604
0.30615 0.37438
0.26413 0.32273
0.22211 0.27107
0.18008 0.21941
0.13806 0.16775
0.096037 0.1161
0.054013 0.064438
0.01199 _ 0.01278

a b
Figura 42 — Indicador de Fratura Vaz Jr., associado ao modelo de Gao et al. na

configuragdo: a) a =b = 0 (von Mises) e b) a =0 e b = —60,75. Corpo de
prova cilindrico sem entalhe — SAE1045.
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L.

Xue & Wierzbicki

L.

| Xue & Wierzbicki

| 1939 | ;2.085
| [1.7356 1.8642
1.5321 1.6433
1.3287 1.4225
1.1252 1.2016
0.92178 0.98076
0.71833 0.75991
0.51489 0.53907
0.31144 0.31822
0.108 0.09737

a b

Figura 43 — Indicador de Fratura Xue & Wierzbicki, associado ao modelo de Gao et al. na
configuragdo: a) a =b = 0 (von Mises) e b) a=0 e b = —60,75. Corpo de
prova cilindrico sem entalhe — SAE1045.

Como ¢ possivel observar nas Figuras 37 a 43, a introdugao do efeito do parametro elasto-
plastico J3 faz com que a previsio do local esperado para a falha seja mais preciso, isto €, os valores
criticos para cada um dos indicadores de fratura ductil se concentram mais na regidao central do
corpo de prova, com isso, os resultados numéricos se aproximam mais das observacoes

experimentais.

As curvas das Figuras 44 e 45 apresentam a distribuicdo dos contornos dos indicadores ao longo
da zona critica para as duas configuracbes do modelo de Gao et al. estudadas, e reafirmam a
observagao feita a respeito dos contornos dos indicadores apresentados nas Figuras 37 a 43, a
introdugao do efeito do terceiro invariante do tensor das tensoes desviadoras faz com que os valores
criticos dos indicadores de fratura ductil se localizem mais na regiao central do corpo de prova e a

sua distribui¢do passa a ser mais suave e homogénea, sem a presenca de patamares definidos.
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Gao a=0e b=0 - SAE1045 — CP Cilindrico Liso

0.4 | =¢«Def. Plistica Ac.
—e— Trab. Plastico

- %--Rice

o2fF Brozzo

=+ - Cockcroft

—+— Vaz Jr.

- &--Xue

I \
Extrgmidade Centro Extremidade
Zona, Critica

Indicador de Fratura Normalizado

Figura 44 — Distribuigdo dos indicadores de fratura ao longa da zona critica associados ao

modelo de Gao et al. na configuragio a = b = 0 (von Mises). Corpo de prova
cilindrico sem entalhe — SAE7045.

Gao a=0 e b=—60,75 — SAE1045 — CP Cilindrico Liso

0.8

0.6

0.4 /| =¢—Def. Plastica Ac.
—e— Trab. Plastico
- %--Rice

o2+ Brozzo

=+ - Cockcroft
—+—Vaz Jr.

- - -Xue

\ j
Extr(e)midade Centro Extremidade
Zona Critica

Indicador de Fratura Normalizado

Figura 45 —Distribuigdo dos indicadores de fratura ao longa da zona critica associados ao

modelo de Gao et al. na configuragdo a = 0 e b = —60,75. Corpo de prova
cilindrico sem entalhe — SAE7045.
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4.4.2.1 4ga de Aluminio Aerondutico.

Com relagdo as quatro baterias de simulagées numéricas com a liga de aluminio aeronautico,
caracterizada no trabalho de Driemeier et al. (2010) para avaliagio de modelos constitutivos e
critérios de falha ductil, quatro espécimes diferentes foram considerados. As geometrias e
discretizagoes espaciais dos corpos de provas, assim como o processo de identificagao dos valores
criticos para cada um dos sete indicadores em estudo, agora para a liga de aluminio aeronautico, sao

apresentadas nos topicos que se seguem.

Geometria dos corpos de prova

Das quatro geometrias consideradas para as simulagdes numéricas utilizando a liga de aluminio
aeronautico, duas ja foram previamente descritas neste trabalho, sao elas: espécime retangular sem
entalhe com espessura de 6.35mm (Figura 15) e o corpo de prova especial que devido a sua
geometria particular é capaz de gerar uma solicitacdo cisalhante pura em sua se¢ao de prova (Figura
16). Os dois corpos de prova particulares ao estudo dos indicadores de fratura sio versdes
entalhadas do espécime retangular de espessura 6.35mm, com raios de 10 e 50mm, conforme
apresentam as Figuras 46 e 47. A adigao dessas duas outras geometrias permite ao presente trabalho

avaliar os indicadores de fratura em uma larga faixa de niveis de triaxialidade.

~— 50 j - R12.50 J
T 5 |:| 20
R0 1

10

=]

L7100 —

200

10

T[]
y L]

Figura 46 — Geometria do corpo de prova retangular entalhado com R = 10mm. Liga de
Aluminio Aeronautico.
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Figura 47 — Geometria do corpo de prova para ensaio de cisalhamento puro. Liga de
Aluminio Aeronautico.

Discretizagao espacial dos corpos de provas.

Para os dois corpos de prova ja simulados nas analises do Capitulo 3, espécime retangular sem
entalhe e espécime para cisalhamento puro, as mesmas discretizagdes espaciais foram adotas com
uma malha de elementos finitos tridimensionais lineares hexaédrico com oito nds cada em um total
de 1840 elementos e 2376 nds para a geometria retangular lisa (Figura 17), e uma malha utilizando
elementos finitos tridimensionais quadraticos hexaédrico com vinte nés cada, com um total de 3456

elementos e 17165 nés para o espécime de geometria especial para cisalhamento (Figura 18).

Considerando agora os espécimes retangulares entalhados, com raios de 10 e 50mm, as suas
discretizagoes espaciais sao apresentadas nas Figuras 48 e 49 respectivamente. Para o espécime com
entalhe mais agudo (R = 10mm), uma malha de elementos finitos tridimensionais lineares
hexaédricos com oitos nés cada, em um total de 3200 elementos e 4059 nés em uma estratégia de
integracao reduzida com 8 pontos de Gauss foi criada. Uma discretizacdo mais fina da malha ¢é
realizada na regido esperada para a falha, com 10 elementos finitos ao longo da dire¢io X e 8 ao

longo de Z.

Figura 48 - Malha de elementos finitos hexaédricos para o corpo de prova retangular com
entalhe R = 10mm. Liga de Aluminio Aeronautico.
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Uma malha de elementos finitos com as mesmas caracteristicas daquela definida para corpo de
prova com entalhe de 10mm foi definida ao corpo de prova entalhado com R = 50mm,
totalizando 3200 elementos e 4059 nds. Assim, na regido esperada para a falha faz-se novamente um

refinamento com 10 elementos finitos ao longo da dire¢ao X e 8 ao longo de Z.

Figura 49 - Malha de elementos finitos hexaédricos para o corpo de prova retangular com
entalhe R = 50mm. Liga de Aluminio Aeronautico.

Procedimento de calibragao

Similar ao processo de determinacdo dos valores criticos dos indicadores de fratura realizado
para a liga de aco SAE7045 descrito na se¢ao anterior, realizou-se uma bateria de simulagoes
numéricas considerando a liga de aluminio aerondutico ¢ o modelo de Gao et al. nas duas
configuracdes descritas, a =b =0 ¢ a=0 ¢ b = —60,75. O corpo de prova retangular sem
entalhe (Figura 15, discretizado conforme a Figura 17) foi escolhido para a calibracio e consequente
obtencao dos valores criticos para cada um dos indicadores em estudo com relacio a liga

aeronautica. O valor do deslocamento experimental critico a fratura considerado foi de Ugyy =

3.75mm e os resultados da calibracio sio apresentados na Tabela 5.

91



Tabela 5 - Valores Criticos dos Indicadores de Fratura Ductil para a Liga de Aluminio
Aeronautico.

Aluminio Aerondutico

Configuragio do Modelo Elasto-Plastico de Gao et al.

a=b=0(onMises)y a=0eb=-60,75

Indicadores de Fratura

Brozzo et al. 0,4073 0,411
Cockcroft & Latham 7.161E+14 7,197E+14

Deformagio Plastica Acumulada 0,6109 0,6165

Rice & Tracey 0,2241 0,2221

Trabalho Plastico Total 575,2 596,4

Vaz Jr. 1,271 1,293

Xue & Wierzbiki 2,607 2,499

As Figuras 50 a 56 ilustram o contorno dos indicadores de fratura ductil considerando a Liga de
aluminio aeroniutico e o modelo constitutivo de Gao et al. na configuragio com a = b = 0 (von

Mises) e a =0eb = —60,75 (efeito do terceiro invariante do tensor desviador).

z g
'\L_'x \L.x

Brozzo et al. Brozzo et al.
0.4073 0.411
0.362 |0.36527

.31 0.31954
ggﬁz 0.27381
0.2261 0.22808
0.18079 0.18235
0.13549 8(1):3‘6)?3%4

.090192 3

Iggggsgl 0.045165
0 0

a b

Figura 50 — Indicador de Fratura Brozzo et al. associado ao modelo de Gao et al. na
configuragdo: a) a =b = 0 (von Mises) e b) a =0 e b = —60,75. Corpo de
prova retangular sem entalhe — Aluminio aeronautico.
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Cockcroft et al. Cockcroft et al.

7.161e+14 7.197e+14
6.3652¢+14 6.3971e+14
5.5694e+14 5.5973e+14
4.7736e+14 4.7974e+14
3.9777e+14 3.9976e+14
3.1819¢+14 3.1977e+14
2.3861e+14 2.3979e+14
1.5903e+14 1.598e+14

|7.9448e+13 |7.98165+13
0 0

a b

Figura 51 — Indicador de Fratura Cockcroft et al. associado ao modelo de Gao et al. na

configuragdo: a) a =b = 0 (von Mises) e b) a=0 e b = —60,75. Corpo de
prova retangular sem entalhe — Aluminio aeronautico.

Def. Plast. Ac. Def. Plast. Ac.

0.6109 0.6165
0.54295 0.54791
0.47501 0.47931
0.40706 0.41072
0.33912 0.34212
0.27117 0.27353
0.20322 0.20494
0.13528 0.13634

|0.067332 0.067747
0 0

a b

Figura 52 — Indicador de Fratura Deformagio Plastica Acumulada associado ao modelo de

Gao et al. na configuragio: a) @ = b = 0 (von Mises) e b) a = 0 e b = —60, 75.
Corpo de prova retangular sem entalhe — Aluminio aeronautico.
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Rice & Tracey

Rice & Tracey
0.2241 0.2221
! 0.19918 0.19739
[ 0.17427 0.17269
/ 0.14935 0.14798
0.12444 0.12328
0.09952 0.09857
0.074605 0.073864
0.049689 - 0.049159
I0.024773 : 0.024453
0 0
b

a

Figura 53 — Indicador de Fratura Rice & Tracey associado ao modelo de Gao et al. na
configuragdo: a) a =b = 0 (von Mises) e b) a=0 e b = —60,75. Corpo de
prova retangular sem entalhe — Aluminio aeronautico.

Trab. Plastico

Trab. Plastico |

’ 575.2 | 596.4
511.27 | 530.09
/ 447.33 | 463.77
| 383.4 ‘! 397.46
' 319.46 | 331.15
- 255.53 < 264.84
% 191.6 N 198.52
- 127.66 N 132.21
& 63.729 I65.897

0 0

a

Figura 54 — Indicador de Fratura Trabalho Plastico associado ao modelo de Gao et al. na
configuragdo: a) a =b = 0 (von Mises) e b) a =0 e b = —60,75. Corpo de
prova retangular sem entalhe — Aluminio aeronautico.
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Vaz Janior Vaz Janior
0.75 0.7631

0.66642 0.6781

0.58283 0.59309
0.49925 0.50809
0.41566 0.42308
0.33208 0.33808
0.2485 0.25307
0.16491 0.16807
|o-0s1527 |o-0s3065
0 0

a b
Figura 55 — Indicador de Fratura Vaz Jr. associado ao modelo de Gao et al. na

configuragdo: a) a =b = 0 (von Mises) e b) a=0 e b = —60,75. Corpo de
prova retangular sem entalhe — Aluminio aeronautico.

Xue & Wierzbicki
2.499
|2.2212
1.9434
1.6655
1.3877
1.1099
0.83207
0.55425
0.27643

0 0
a b

Figura 56 — Indicador de Fratura Xue & Wierzbicki associado a0 modelo de Gao et al. na
configuragdo: a) a =b = 0 (von Mises) e b) a =0 e b = —60,75. Corpo de
prova retangular sem entalhe — Aluminio aeronautico.
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Mais uma vez, fica evidente o efeito da introducao do terceiro invariante do tensor desviador na
predicio do local esperado para a falha ductil, a qual acaba se localizando mais ao centro do
espécime. Os indicadores de Brozzo et al. (1972), Cockcroft & Latham (1968), Deformagao plastica
acumulada/Dratsko (1966), Rice & Tracey (1969) e Xue & Wierzbicki (2008) indicam que o fratura
no espécime de geometria retangular lisa em aluminio aeronautico se iniciara no meio do corpo de
prova, mais precisamente, em sua regido central equatorial. Por outro lado, os critérios baseados no
trabalho plastico total de Freudenthal (1950) e Gillemont (1976), e trabalho total do dano de Vaz Jr.
(1998) apontam que a falha ductil também ocorrera no centro do corpo de prova, porém em um

plano ligeiramente acima da regiao equatorial.

Devido a ado¢dao de um problema tridimensional para a determina¢ao dos valores criticos dos
indicadores de fratura para a liga aeronautica, a coleta dos resultados para a analise da distribuicao
dos indicadores nas regides criticas foi realizada ao longo das direg¢oes X e Z, conforme orientagao
ao lado dos espécimes nas Figuras 50 a 56. As curvas das Figuras 57 e 58 apresentam,
respectivamente, a distribuicao dos contornos dos indicadores na zona critica ao longo das dire¢coes
X e Z para a configuracao do modelo de Gao etal. com a = b = 0 (von Mises), e as curvas Figuras

59 e 60 ilustram a distribui¢dao dos indicadores para a consideracio de b = —60,75.

Observa-se novamente que a introdugao do efeito do terceiro invariante do tensor desviador na
lei de fluxo plastico do modelo constitutivo de Gao et al. (Figura 59 e Figura 60) torna a distribui¢ao
dos indicadores de fratura ductil mais homogénea, suavizando os patamares definidos nas Figuras
57 e 58. Desta forma, a localiza¢do do local esperado para a fratura se torna mais refinado e preciso,
visto que a presenca de patamares dificulta a determinagdao inequivoca deste local, o qual a se
apresenta como uma extensa regido para b = 0, ao invés de um local pontual como ocorre para

b = —60,75.
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GAO a=0 e b=0 — Al Aerondutico — CP Retangular Liso X
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Indicador de Fratura Normalizado
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—e— Trab. Plastico

Extremidade
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- 8- Xue ‘
Centro Extremidade

Figura 57 — Distribui¢do dos indicadores de fratura ao longa da zona critica na dire¢ao X
associados ao modelo de Gao et al. na configuragio a = b = 0 (von Mises).
Corpo de prova cilindrico sem entalhe — Liga de aluminio aeronautico.

GAO a=0 e b=0 — Al Aeronautico — CP Retangular Liso Z
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Figura 58 — Distribui¢do dos indicadores de fratura ao longa da zona critica na diregiao Z
associados ao modelo de Gao et al. na configuragio a = b = 0 (von Mises).
Corpo de prova cilindrico sem entalhe — Liga de aluminio aeronautico.
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GAO a=0 e b=-60,75 — Al Aeroniutico — CP Retangular Liso X
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Figura 59 — Distribui¢do dos indicadores de fratura ao longa da zona critica na dire¢ao X
associados a0 modelo de Gao et al. na configuragioa = 0 e b = —60,75. Corpo
de prova cilindrico sem entalhe — Liga de aluminio aeronautico.

GAO a=0 e b=-—60,75 — Al Aerondutico — CP Retangular Liso Z
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Figura 60 — Distribui¢do dos indicadores de fratura ao longa da zona critica na diregiao Z
associados ao modelo de Gao et al. na configuragdo a = 0 e b = —60, 75. Corpo
de prova cilindrico sem entalhe — Liga de aluminio aeronautico.
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4.5 RESULTADOS E DISCUSSOES

Como ja apresentado anteriormente, este trabalho partiu de simulagbes numéricas para comparar
sete diferentes indicadores de fratura ductil associados a0 modelo elasto-plastico nao convencional
de Gao et al. (2011) em duas configuragdes distintas, uma capaz de recuperar a formulagao classica
de von Mises através da adocio dea = b = 0, e outracoma = 0 e b = —60,75, a qual introduz o

efeito do terceiro invariante do tensor desviador na lei de fluxo plastico do modelo constitutivo.

Na presente secdo, expde-se os resultados obtidos na simulagdo de cinco corpos de prova
diferentes nas ligas materiais adotadas neste trabalho. Para a liga de aco SAE7045, cujas
propriedades foram apresentadas em detalhes no Capitulo 3 — Tabela 2, um espécime cilindrico
entalhado com R = 12mm e um ‘“Borboleta” foram selecionados. Por sua vez, a avaliacio dos
indicadores de fratura considerando a liga aeronautica (Capitulo 3 — Tabela 3) contou com dois
corpos retangulares com entalhes de R = 10 e R = 50mm e um espécime particular capaz de gerar

um estado de tensao cisalhante puro em sua se¢do de prova.

A principio, divide-se esta se¢ao em duas com relagao aos resultados para cada uma das ligas em
estudo. Dentro destas subdivisdes sao apresentadas as imagens dos contornos de cada um dos
indicadores nas duas configuracoes adotadas para o modelo constitutivo de Gao et al., as tabelas
com os valores criticos das simulacbes numéricas e as distribuicdes dos indicadores com relaciao a

cada um dos corpos de prova em questao.

45.1. .IGA DE ACO SAE1045

A primeira liga a ser analisada foi a SAE7045, caracterizada no trabalho de Bai (2008). Nos
topicos abaixo siao apresentados os resultados obtidos para o corpo de prova cilindrico entalhado,
cuja a geometria e discretizacao espacial sio apresentadas nas Figuras 35 e 30, e para o espécime

“Borboleta” ja ilustrado nas Figuras 10 e 12.

Corpo de Prova Cilindrico Entalhado
Optou-se pelo corpo de prova cilindrico entalhado apresentado nas Figuras 35 e 36 para a
avaliacao dos indicadores de fratura em uma faixa da razao de triaxialidade mais elevada que a
adotada durante a calibracdo. A tracao uniaxial do corpo de prova cilindrico sem entalhe gera um
nivel de triaxialidade no inicio do ensaio de 0,33, enquanto o espécime entalhado com R = 12mm
escolhido atinge uma razao de 0,47 nos instantes iniciais da solicita¢do. Desta forma, a avaliacio dos

indicadores ¢ feita em uma faixa mais ampla das razoes de triaxialidade.
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Para a analise da estimativa do instante e do local esperado para a falha ductil, foram realizadas
simulagoes numéricas nas quais o corpo de prova cilindrico entalhado é tracionado até um
deslocamento numérico critico que representa o deslocamento necessario para se atingir os valores
criticos dos indicadores, os quais foram previamente definidos através do processo de calibragao
exposto na se¢ao anterior. Desta forma, o deslocamento numérico critico representa o instante em
que a falha ductil ocorre segundo um determinado indicador. Além disso, a localizagao do valor

maximo e do contorno do indicador no corpo de prova indicam o local esperado para a falha.

As Figuras 61 a 67 apresentam em sequéncia o contorno dos indicadores de: Brozzo et al.
(1972), Cockeroft & Latham (1968), deformacao plastica acumulada/Dratsko (1966), Rice & Tracey
(1969), trabalho plistico total/ Freudenthal (1950) e Gillemont (1976), Vaz Jr. (1998) e Xue &
Wierzbicki (2008). Cada uma dessas figuras apresenta duas imagens, representando o contorno do

indicador através de sua associagio ao modelo constitutivo de Gao et al. na configuracioa = b = 0

(legenda a) e na configuracio coma = 0 e b = —60,75 (legenda b).

Yy
4
L» X
Brozzo et al, Brozzo et al.

0.3043 0.3412
0.27046 0.30327
0.23661 0.26535
0.20277 0.22742
0.16892 0.1895
0.13508 0.15157
0.10123 0.11365
0.067387 0.075722
0.033543 0.037796
0 0

a b

Figura 61 — Indicador de Fratura Brozzo et al. associado ao modelo de: a) von Mises e b)
Gao et al.. Corpo de prova cilindrico entalhado com R = 12mm — SAE1045.
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Cockcroft et al.

1.556¢-+16
1.383¢+16
12101e+16
1.0371e+16
8.642¢+15
6.9125¢+15
5.1829¢+15
3.4534¢+15

Il.7239e+15
0

a

Figura 62 — Indicador de Fratura Cockcroft et al. associado ao modelo de: a) von Mises e b)

b

Cockcroft et al.
1.79e+16
1.5911e+16
1.3922¢+16
1.1933e+16
9.9435e+15
7.9543e+15
5.9652e+15
3.9761e+15
1.9869e+15
0

Gao et al.. Corpo de prova cilindrico entalhado com R = 12mm — SAE1045.

Def. Plast. Ac.

0.4565
0.40573
0.35495
0.30418
0.25341
0.20264
0.15186
0.10109
0.05032
0

a

Figura 63 — Indicador de Fratura Deformagao Plastica Acumulada associado ao modelo de:
a) von Mises e b) Gao et al.. Corpo de prova cilindrico entalhado com R =

12mm - SAE1045.
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Def. Plast.Ac.
0.5117
0.45482
0.39795
0.34107
0.28419
0.22731
0.17044
0.11356
0.056684
0



Rice & Tracey Rice & Tracey
0.1745 0.1909
0.15509 0.16968
0.13569 0.14846
0.11628 0.12725
0.096878 0.10603
0.077472 0.08481
0.058067 0.063592
0.038661 0.042374
0.019256 |0.021156
0 ; 0

a b

Figura 64 — Indicador de Fratura Rice & Tracey associado ao modelo de: a) von Mises e b)
Gao et al.. Corpo de prova cilindrico entalhado com R = 12mm — SAE1045.

Trab. Plastico Trab. Plastico

669.4 792.1
594.98 704.07
520.55 616.04
446.13 528.01
371.7 439.98
297.28 351.95
222.85 263.92
148.43 175.88

|74.002 |87.854
0 0

a b

Figura 65 — Indicador de Fratura Trabalho Plastico associado ao modelo de: a) von Mises e
b) Gao et al.. Corpo de prova cilindrico entalhado com R = 12mm — SAE1045.
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/y L
L» X L X
Vaz Janior Vaz Janior
0.3903 0.4775
0.34692 0.42444
0.30354 0.37138
0.26015 0.31831
0.21677 0.26525
0.17339 0.21219
0.13001 0.15913
0.086627 0.10606
|0.043245 0.053003
0 0
a b

Figura 66 — Indicador de Fratura Vaz Jr. associado ao modelo de: a) von Mises e b) Gao et
al.. Corpo de prova cilindrico entalhado com R = 12mm — SAE1045.

y
/
o x
Xue & Wierzbicki Xue & Wierzbicki
1.938 2.081 -
1.7225 1.8497
1.507 1.6184
1.2916 1.3871
1.0761 1.1559
0.86059 0.92458
0.64511 0.6933
10.42963 0.46202
0.21415 0'23073
0 1 4 y 0
a b

Figura 67 — Indicador de Fratura Xue & Wierzbicki associado ao modelo de: a) von Mises e
b) Gao et al.. Corpo de prova cilindrico entalhado com R = 12mm — SAE1045.
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Semelhante ao ja observado na segao referente a calibragao dos indicadores de fratura para a liga
de aco SAET7045, a introducido do efeito do parametro elasto-plastico J3 na lei de fluxo plastico do
modelo constitutivo impacta diretamente na distribui¢ao dos indicadores, tornando a localizacao dos
valores criticos mais concentrada na regiao onde a falha do material é observada experimentalmente.
Neste sentido, para o corpo de prova cilindrico entalhado, os valores criticos dos indicadores se
localizaram mais ao centro do espécime ap6s a introdugao do efeito do terceiro invariante do tensor
desviador na formulacdo constitutiva, assim, a descricdo do local esperado para a falha ductil se

apresentou de maneira mais precisa e acurada.

As Tabelas 6 e 7 apresentam, respectivamente, os resultados numéricos obtidos ao final das
simulacoes de cada um dos indicadores de fratura ductil associados ao modelo de Gao et al. na
configuracio capaz de recuperar a formulacio de von Mises e a0 modelo de Gao etal. coma =0 e

b = —60,75.

A primeira coluna das tabelas de resultados apresenta os valores criticos obtidos ao final da
calibragao dos indicadores realizada com o corpo de prova cilindrico sem entalhe em ago SAE7045.
A segunda coluna apresenta o deslocamento experimental critico extraido de Bai (2008) que
conduziu ensaios de tragio no espécime cilindrico entalhado em seus trabalhos. O valor do
deslocamento experimental ¢ utilizado como referéncia para o calculo do erro na previsao numérica
para a falha, isto é, compara-se o deslocamento numérico com o experimental para verificar a

capacidade preditiva dos indicadores com relagao ao instante esperado para a fratura ductil.

Os resultados numéricos sao apresentados nas colunas trés, deslocamento numéricos ctitico, e
quatro, valor obtido para o indicador quando o deslocamento numérico critico é atingido. Por
ultimo, a quinta coluna apresenta o erro percentual associado a diferenca entre o deslocamento

numérico critico e o deslocamento experimental critico.
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Tabela 6 — Resultados para deslocamento numérico critico pela simulagdo do corpo de
prova cilindrico entalhado — SAE7045 — Modelo de Gao et al. na configuragiao
a=0eb=0.

Corpo de Prova Cilindrico Entalhado — SAE 1045 — Gaoetal. a=b =0

Indicadores de

Fratura

Resultados de Referéncia Resultados da Simulagao Numérica

Brozzo et al.

Cockcroft &
Latham

Deformagio
Plastica Acumulada

Rice & Tracey

Trabalho Plastico
Total

Vaz Jr.

Xue & Wierzbicki

Valor Ctitico DeSI.' De§l'. Valor do % Etro
. < Experim. Numérico .
Calibragido fs r Indicador (deslocamento)
Critico Critico
0.3041 0.35 0.6710 0.3043 91.71
1.554F + 16 0.35 0.6710 1.556E + 16 91.71
0.4562 0.35 0.6710 0.4565 91.71
0.1740 0.35 0.6430 0.1745 83.71
669.5000 0.35 0.5390 669.4000 54.00
0.3902 0.35 0.4420 0.3903 26.29
1.9390 0.35 0.7150 1.9380 104.29

Tabela 7 — Resultados para deslocamento numérico critico pela simulagio do corpo de
prova cilindrico entalhado — SAE7045 — Modelo de Gao et al. na configuragido

a=0eb=-60,75.

Cotpo de Prova Cilindrico Entalhado — SAE 1045 — Gao etal. a=0e b = —60,75

Indicadores de
Fratura

Brozzo et al.

Cockcroft &
Latham

Deformagio
Plastica Acumulada

Rice & Tracey

Trabalho Plastico
Total

Vaz Jr.

Xue & Wierzbicki

Resultados de Referéncia

Resultados da Simulagdo Numérica

Valor Critico Desl.. De?l.. Valor do % Erro
. - Experim. Numérico .
Calibragio s L Indicador (deslocamento)
Critico Critico
0.3411 0.35 0.5870 0.3412 67.71
1.798E + 16 0.35 0.5850 1.790F + 16 67.14
0.5116 0.35 0.5870 0.5117 67.71
0.1908 0.35 0.5580 0.1909 59.43
792.3000 0.35 0.4650 792.1000 32.86
0.4777 0.35 0.3730 0.4775 6.57
2.0850 0.35 0.6020 2.0810 72.00
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Por meio da anilise das Tabelas 6 e 7, ¢ possivel constatar que a introdugao do efeito do terceiro
invariante (J3) aperfeicoou tanto a capacidade preditiva dos indicadores para o local esperado para a
fratura, quanto para o instante esperado. Nas duas configuragoes adotadas para o modelo de Gao et
al., o indicador de fratura ductil de Vaz Jr. (1998) e o indicador associado ao trabalho plastico total
foram os que apresentaram as melhores predi¢des com os menores erros associados. Contudo, ¢é
importante observar a redugdo consideravel do erro para todos os indicadores apos a introdugao do
efeito do J3, como exemplo, o indicador de Xue & Wierzbicki (2008) obteve uma redugao de

aproximadamente 30% no erro do deslocamento numérico.

Quanto ao comportamento dos indicadores, observa-se otimismo na previsao do instante para a
falha por todas as sete formulagdes analisadas, com um deslocamento numérico critico muito
superior ao obtido experimentalmente. Com a introducio do J3, o comportamento do modelo
constitutivo de Gao et al. para a descricio do comportamento elasto-plastico da liga de aco
SAE1045 fora da condi¢io de calibracio se apresentou menos otimista e mais proximo das
observagoes experimentais, quando comparado com os resultados obtidos pelo critério de von
Mises (Figura 26). Como consequéncia, a introdugao desse efeito também tornou o comportamento
dos indicadores de fratura mais proximos da resposta experimental, tornando-os menos

conservativos em relagao as suas configuragoes associadas ao modelo de von Mises.

lustra-se as distribuicoes dos indicadores de fratura ductil e o efeito do terceiro invariante J3
nestas distribuicdo por meio das Figuras 68 e 69, onde mais uma vez fica claro a redugao dos
patamares nas distribuicdes e concentragao mais pontual do local esperado para a fratura, fenémeno

ja observado na etapa de calibragio dos indicadores.
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Figura 68 — Distribui¢do dos indicadores de fratura ao longo da zona critica associados ao
modelo de Gao et al. na configuragio a = b = 0 (von Mises). Corpo de prova

Indicador de Fratura Normalizado
()
(7]

0.4

0.2

Gao a=0e b=0 - SAE1045 — CP Cilindrico Entalhado

| —%— Def. Pléstica Ac.

—e— Trab. Plastico
- *%--Rice
Brozzo

|- Cockcroft

—+—Vagz Jr.
- - Xue

Extrgmidade

Centro
Zona, Critica

cilindrico entalhado — SAE71045.

Indicador de Fratura Normalizado

0.8

0.6

J
Extremidade

Gao a=0 e b=—60,75 — SAE1045 — CP Cilindrico Entalhado

—¢—Def. Pléistica Ac.
—e— Trab. Pléstico
- s%- -Rice

Brozzo
=+ - Cockcroft
—¢—Vaz Jr.
- 8- -Xue

Extrgmidade

Figura 69 — Distribui¢do dos indicadores de fratura ao longo da zona critica associados ao
modelo de Gao et al. na configuragio a =0 e b = —60,75. Corpo de prova

Centro
Zona Critica

cilindrico entalhado — SAE71045.
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Corpo de prova “Borboleta”

Uma analise similar a apresentada para o corpo de prova cilindrico entalhado foi conduzida para
o corpo de prova “Borboleta” em liga de ago SAE7045, cuja geometria foi previamente apresentada
na Figura 10 e a sua discretizagdo na Figura 12, com o intuito de avaliar o comportamento dos
indicadores sob um nivel inicial de triaxialidade nulo. Da mesma forma, o objetivo desta analise
consiste na determinacdo numérica do local e instante esperado para a falha para a consequente

comparagdao com os resultados experimentais apresentados por Bai (2008).

Nas Figuras 70 a 76 sao apresentados os contornos dos sete indicadores de fratura em estudo
neste trabalho: Brozzo et al. (1972), Cockcroft & Latham (1968), deformagao plastica acumulada,

Rice & Tracey (1969), trabalho plastico total, Vaz Jr. (1998) e Xue & Wierzbicki (2008) associados

ao modelo de Gao et al. na configuracio coma = b = 0,ecoma = 0e b = —60,75.

Experimentalmente, observa-se que a fratura ductil no corpo de prova “Borboleta” sujeito a
cisalhamento puro se inicia de fora para dentro na se¢ao de prova, isto ¢, das paredes para o centro
do espécime (Bai, 2008). Neste sentido, pode-se constatar pelos resultados dos contornos
apresentados nas Figuras 70 a 76 que todos os indicadores abordados neste trabalho obtiveram

éxito na determinagao do local esperado para a fratura.

Brozzo et al.

0.22696
0.18814
0.14932
0.11051
0.071687
0.032868
|8.0171 98

0.3046
|0.26578

a b

Figura 70 — Indicador de Fratura Brozzo et al. associado ao modelo de: a) von Mises e b)
Gao et al.. Corpo de prova “Borboleta”— SAE1045.
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Sz

X
Az

Cockcroft et al. Cockcroft et al.

1.553e+16 1.799¢+16
1.3604e+16 1.5709e+16
1.1677e+16 1.3428e+16
9.7507e+15 1.1147e+16
7.8242e+15 8.8664e+15
5.8978e+15 6.5856e+15
3.9713e+15 4.3047e+15
2.0449¢+15 2.0238¢+15

I 1.1844e+14 I 1.6937¢+14
0 0

a b

Figura 71 — Indicador de Fratura Cockcroft et al. associado ao modelo de: a) von Mises e b)
Gao et al.. Corpo de prova “Borboleta”— SAE1045.

y y
1 X 1 X
<. <.

Def. Plast. Ac. Def. Plast. Ac.
0.4569 0.5116
0.39867 0.44428
0.34044 0.37697
0.28221 0.30965
0.22398 0.24234
0.16576 0.17502
0.10753 0.10771
0.049298 0.040391
0.025337 I0.026924
0 0

a b

Figura 72 — Indicador de Fratura Deformagao Plastica Acumulada associado ao modelo de:
a) von Mises e b) Gao et al.. Corpo de prova “Borboleta”— SAE1045.

109



S

N

. N

N

Rice & Tracey

Rice & Tracey

0.1737 0.1906
0.15177 0.16584
0.12984 0.14108
0.10792 0.11632
0.085989 0.09156
0.064061 0.0668
0.042133 0.04204
0.020206 0.01728
|0.01‘1051 8400748

a b

Figura 73 — Indicador de Fratura Rice & Tracey associado ao modelo de: a) von Mises e b)
Gao et al.. Corpo de prova “Borboleta”— SAE1045.

b

a

Figura 74 — Indicador de Fratura Trabalho Plastico associado ao modelo de: a) von Mises e
b) Gao et al.. Corpo de prova “Borboleta”— SAE1045.
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Vaz Janior Vaz Janior
0.3903 0.4771
0.33976 0.41574
0.28922 0.35438
0.23868 0.29302
0.18814 0.23166
0.13761 0.1703
0.087067 0.10894
0.036528 0.04758

I 0.014011 |8.02379

a b

Figura 75 — Indicador de Fratura Vaz Jr. associado ao modelo de: a) von Mises e b) Gao et
al.. Corpo de prova “Borboleta”— SAE1045.

0.078133
0

a b

Figura 76 — Indicador de Fratura Xue & Wierzbicki associado ao modelo de: a) von Mises e
b) Gao et al.. Corpo de prova “Borboleta”— SAE1045.
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As Tabelas 8 e 9 apresentam de forma quantificada os resultados obtidos nas simulacoes
numéricas com o corpo de prova “Borboleta” nas duas configuragdes do modelo constitutivo de Gao
et al., conforme a organizag¢ao ja apresentada anteriormente com relacao as Tabelas 6 e 7 referentes

ao corpo de prova cilindrico entalhado.

Na configuracio com a = b = 0 (Tabela 8), o indicador de fratura proposto por Vaz Jr. (1998)
apresentou mais uma vez 0 menor erro na previsao do instante para a fratura dactil. Por outro lado,
os indicadores de Brozzo et al. (1972), Cockcroft & Latham (1968) e da deformacao plastica foram
0s que apresentaram os maiores erros na predigdo do deslocamento para a fratura. Contudo, ao se
adotar b = —60,75 e introduzir o efeito do J3 (Tabela 9), os indicadores de fratura passaram a
apresentar um comportamento menos distante das observagdes experimentais e menos
conservativos. Dessa forma, foi o indicador de Xue & Wierzbicki (2008) que apresentou o melhor
resultado. Nesta configuracao dependente deste parametro elasto-plastico, o critério de Vaz Jr.
(1998) nio mais apresentou uma boa resposta, com erros superiores a 50%, porém o critério de
Brozzo et at. (1972) que havia apresentado um dos piores resultados na configuracio que recupera
von Mises, reduziu de maneira significativa o seu erro associado a predi¢io do deslocamento para a

fratura do espécime “Borboleta”.

Tabela 8 — Resultados para deslocamento numérico critico pela simulagio do corpo de
prova “Borboleta” — SAE1045 — Modelo de Gao et al. na configuragao a = 0 e

b=0.
Corpo de Prova “Borboleta” — SAE 1045 — Gao etal. a =b = 0
Resultados de Referéncia Resultados da Simulagdo Numérica
Indi
ndlgadores de Valor Critico DeSI.' De?l'. Valor do % Erro
ratura . - Experim. Numérico R
Calibragio L i Indicador (deslocamento)
Critico Critico
Brozzo et al. 0.3041 1.00 0.4440 0.3046 —55.60
Cockeroft & 1.554E + 16 1.00 0.4550 1.553E + 16 5450
Latham
Deformagdo 0.4562 1.00 0.4440 0.4569 55.60
Plastica Acumulada ’ ’ ' ) e
Rice & Tracey 0.1740 1.00 0.5870 0.1737 —41.30
Trabalho Plistico 669.5000 1.00 0.6460 669.4000 —35.40
Total
Vaz Jr. 0.3902 1.00 1.0250 0.3903 2.50
Xue & Wierzbicki 1.9390 1.00 0.8680 1.9390 —13.20
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Tabela 9 — Resultados para deslocamento numérico critico pela simulagdo do corpo de
prova “Borboleta” — SAE1045 — Modelo de Gao et al. na configuragio a = 0 e
b =-60,75.

Cotpo de Prova “Borboleta” — SAE 1045 — Gaoetal. a=0e b = —60,75

Resultados de Referéncia Resultados da Simulagado Numérica
Indlgadores de Valor Critico Desl.. De§l.. Valor do % Erro
ratura . - Experim. Numérico .
Calibragio f f Indicador (deslocamento)
Critico Critico
Brozzo et al. 0.3411 1.00 0.5510 0.3411 —44.90
C"fkc“’ft & 1.798E + 16 1.00 0.8000 1.799E + 16 —20.00
atham
Deformagao 0.5116 1.00 0.5510 0.5116 44.90
Plastica Acumulada ) ’ ' ’ T
Rice & Tracey 0.1908 1.00 0.7380 0.1906 —26.20
Trabalho Plastico 792.3000 1.00 0.9120 792.5000 —8.80
Total
Vaz Jr. 0.4777 1.00 1.5430 0.4771 54.30
Xue & Wierzbicki 2.0850 1.00 1.0860 2.0880 8.60

Encerra-se a analise dos indicadores de fratura para a solicitagao cisalhante do corpo de prova
“Borboleta” através da inspecao de suas curvas de distribui¢ao, conforme apresentam as Figuras 77 a
80. Devido a ado¢do de um problema tridimensional para a simulagdo do espécime “Borboleta”, a
analise da distribui¢do dos indicadores ¢ realizada de maneira similar ao apresentado para o corpo de
prova retangular sem entalhe na se¢ao de calibragao da liga de aluminio aeronautico, isto é, analisa-se
a distribui¢ao dos indicadores ao longo das dire¢oes X e Z na zona critica obtida numericamente

(conforme orientacdo ao lado das imagens de contorno).

Ao se analisar a Figura 77 (von Mises) e Figura 79 (Gao et al. com b = —60,75) com as
distribuicoes dos indicadores de fratura ao longo da diregao X, confirma-se que a falha ductil no
espécime “Borboleta” se inicia nas paredes de sua se¢ao de prova, conforme ja observado na imagens
dos contornos dos indicadores ilustrados nas Figuras 70 a 76. A analise ao longo da direcio Z
(Figura 78 e Figura 80), por sua vez, aponta que o local esperado para a fratura ductil no espécime
“Borboleta” se da em sua regiao central. Juntando as conclusdes obtidas sobre a analise na dire¢ao X e
Z, tém-se que o local de inicio da falha neste espécime sera na regiao central das paredes da segao de

prova, o que ¢ comprovado experimentalmente (ver Bai, 2008).
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Tanto nas distribui¢des ao longo da direcao X, quanto ao longo de Z, a introdugido do J3 tornou
as distribuicbes mais suaves, com redugdes de patamares e localizagdo mais exata do local esperado

para a fratura.

Gao a=0 e b=0 — SAE1045 — CP Borboleta — Diregdo X
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Figura 77 — Distribui¢do dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo X
associados ao modelo de Gao et al. na configuragio a = b = 0 (von Mises).
Corpo de prova “Borboleta”— SAE1045.

Gao a=0 e b=0 — SAE1045 — CP Borboleta — Diregao Z
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Figura 78 — Distribui¢do dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo Z
associados ao modelo de Gao et al. na configuragdo a = b = 0 (von Mises).
Corpo de prova “Borboleta”— SAE1045.
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Gao a=0 e b=—60,75 — SAE1045 — CP Borboleta — Dire¢do X

Indicador de Fratura Normalizado

0.6
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—e— Trab. Plastico
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Extrgmidade Centro Extremidade
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Figura 79 — Distribui¢do dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo X

associados ao modelo de Gao et al. na configuragdo a = 0 e b = —60, 75. Corpo
de prova “Borboleta”— SAE1045.

Gao a=0 e b=—60,75 — SAE1045 — CP Borboleta — Dire¢do Z
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Figura 80 — Distribuigdo dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo Z

associados ao modelo de Gao et al. na configuragdo a = 0 e b = —60, 75. Corpo
de prova “Borboleta”— SAE1045.
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4.5.2.1iga de Aluminio Aerondutico

Terminada a analise dos indicadores de fratura fora da condi¢dao de calibragao para a liga de ago
SAET1045, iniciou-se uma investigagao similar para a liga de aluminio aeronautico com o intuido de
avaliar a capacidade preditiva dos indicadores com rela¢ao ao instante e local esperado para a falha
ductil em condigbes de baixo nivel de triaxialidade (Corpo de prova para cisalhamento — Figuras 16
e 18) e de niveis mais elevados para a razdo de triaxialidade (Espécimes entalhados com raios de 10

e 50mm — Figuras 46 a 48), sendo que entalhes mais agudos apresentam niveis de triaxialidades

iniciais mais elevados.

A organizacao desta se¢do segue o mesmo padrao apresentado para a analise dos espécimes em
aco SAET7045. Desta maneira, analisa-se primeiramente os corpos de provas entalhados e em

seguida o espécime para ensaio cisalhante com a liga de aluminio aeronautico.

Corpo de Prova Retangular Entalhado com R = 10mm

Os primeiros resultados obtidos para a avaliacio de desempenho dos indicadores de fratura com
relagao ao corpo de prova retangular com entalhe de 10mm foram os contornos dos indicadores
nas duas configuracoes do modelo de Gao et al. adotadas neste trabalho: a) a = b = 0 (von Mise) e

b)a =0eb = —60,75. As imagens referentes a esses resultados sao apresentados da Figura 81 até

a Figura 87.

Brozzo et al. Brozzo et al.

0.4072 0.4113
0.36194 0.36558
0.31668 0.31985
0.27143 0.27413
0.22617 0.2284
0.18091 0.18268
0.13565 0.13696
0.090397 0.091233
0.04514 0.045509
0 - 0

a b

Figura 81 — Indicador de Fratura Brozzo et al. associado ao modelo de: a) von Mises e b)

Gao et al.. Corpo de prova retangular entalhado R = 10mm - Aluminio
aeronautico.
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a

Figura 82 — Indicador de Fratura Cockcroft et al. associado ao modelo de: a) von Mises e b)
Gao et al.. Cotpo de prova retangular entalhado R = 10mm - Aluminio

aeronautico.

a

Figura 83 — Indicador de Fratura Deformagao Plastica Acumulada associado ao modelo de:
a) von Mises e b) Gao et al.. Corpo de prova retangular entalhado R = 10mm -

Cockcroft et al.

7.165e+14
6.3688e+14
5.5727e+14
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0

Aluminio aeronautico.
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Cockcroft et al.

7.203e+14
6.4026e+14
5.6022¢+14
4.8018e+14
4.0014e+14
3.201e+14
2.4006e+14

11.6002¢+14
7.9976e+13
0

Def. Plast. Ac.

0.6163
0.54779
0.47927
0.41076
0.34225
0.27373
0.20522
0.1367
8.068191



z z &
\L—' X \L_. X
Rice & Tracey Rice & Tracey
0.2245 0.2219
0.19955 0.19723
0.1746 0.17256
0.14964 0.1479
0.12469 0.12323
0.09974 0.098559
0.074788 0.07389
§0.049836 0.049222
0.024884 0.024554
0 0

a

Figura 84 — Indicador de Fratura Rice & Tracey associado ao modelo de: a) von Mises e b)
Gao et al.. Cotpo de prova retangular entalhado R = 10mm - Aluminio
aeronautico.

Trab. Plastico Trab. Plastico

575 596.9
511.1 530.56
447.2 464.21
383.3 397.87
3194 331.52
255.5 265.18
191.6 198.83
127.7 1132.49

I63.796 66.144
0 { 0

a b

Figura 85 — Indicador de Fratura Trabalho Plastico associado ao modelo de: a) von Mises e
b) Gao et al.. Corpo de prova retangular entalhado R = 10mm - Aluminio
aeronautico.
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z ‘y z Iy
M—' X \l_' x
Vaz Junior Vaz Janior
0.7503 0.7633
0.66412 IO.66924
0.57795 0.57518
0.49177 0.48112
0.4056 0.38706
0.31942 0.29301
0.23325 0.19895
0.14707 0.10489
0.060896 |0.010829
0 0
a b

Figura 86 — Indicador de Fratura Vaz Jr. associado ao modelo de: a) von Mises e b) Gao et
al.. Corpo de prova retangular entalhado R = 10mm — Aluminio aeronautico.

z «y z xy
ue & Wierzbicki ue & Wierzbicki
i 1.8739
i 1.5619
: 1.2498
0.93356 0.93778
0.59947 0.62573
7 0.26538 0.31369
/ 0.11748 |0.0016444
A 0 0
a b

Figura 87 — Indicador de Fratura Xue & Wierzbicki associado ao modelo de: a) von Mises e
b) Gao et al.. Corpo de prova retangular entalhado R = 10mm - Aluminio
aeronautico.
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Conforme ja observado na analise da liga SAAE7045, no procedimento de calibragao dos
indicadores com a liga de aluminio aeronautico, e agora para o corpo de prova entalhado, a
introdugao do efeito do terceiro invariante do tensor das tensoes desviadoras faz com que o local
esperado para a falha ductil se torne mais concentrado, isto ¢, tém-se uma zona critica melhor

definida, com concentracao mais localizada dos valores criticos dos indicadores de fratura.

Para a avaliagdo do instante esperado para a falha, o espécime retangular entalhado com
R = 10mm foi simulado em uma condicio de tracio uniaxial considerando um deslocamento
numérico capaz de atingir os valores criticos de cada um dos indicadores, os quais foram obtidos
previamente na etapa de calibragao da liga de aluminio. Tal deslocamento é considerado como o
deslocamento numérico critico, e este é utilizado na avaliacdo da capacidade de um dado indicador
em prever o correto instante para a falha através de sua comparacio com o deslocamento

experimental critico.

As Tabelas 10 e 11 apresentam de maneira quantificada os resultados obtidos para cada um dos
indicadores considerando as formulacdes de von Mises e de Gao et al. com b = —60,75. As duas
primeiras colunas das tabelas apresentam os resultados de referéncia: valor critico do indicador na
condi¢ao de calibracio e deslocamento experimental critico para a falha do espécime retangular
entalhado com R = 10mm. Em seguida, as colunas trés e quatro apresentam os resultados obtidos
pela simulagao numérica com o deslocamento numérico critico e o valor do indicador ao se atingir o
deslocamento numérico critico. A ultima coluna da tabela quantifica o erro entre os deslocamentos
experimental e numérico critico, onde o sinal negativo representa um comportamento conservativo

do indicadort, e por outro lado, para um erro positivo, tém-se um comportamento otimista.

Conclui-se ao se analisar as tabelas de resultados que os sete indicadores de fratura ductil
apresentaram bons resultados, e que nenhum indicador apresentou erros superiores a 5%. Porém
entre todos os indicadores avaliados, a proposicao de Cockcroft & Latham (1968) foi a que
apresentou a maior consisténcia nos resultados, com os menores erros (< 2%) tanto na
configuracio sem o efeito do J;3 quanto na configuragdo com o parametro elasto-plastico

introduzido.

Com relagiao ao comportamento dos indicadores, os indicadores de Brozzo et al., Cockcroft &
Latham e deformacao plastica acumulada se mostraram mais otimistas, enquanto os critérios de Rice

& Tracey, trabalho plastico, Vaz Jr. e Xue & Wierzbicki se apresentaram mais conservativos.
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Tabela 10 — Resultados para deslocamento numérico critico pela simulagdo do corpo de
prova retangular com entalhe R = 10mm — Al. Aeronautico — Modelo de Gao et
al. na configuracioa = 0e b = 0.

Corpo de Prova Retangular com Entalhe R = 10mm — Al Aerondutico — Gaoetal. a=b =0

Indicadores de
Fratura

Brozzo et al.

Cockcroft &
Latham

Deformacgio
Plastica Acumulada

Rice & Tracey

Trabalho Plastico
Total

Vaz Jr.

Xue & Wierzbicki

Resultados de Referéncia Resultados da Simulagado Numérica

Valor Ctitico Desl.. De§l.. Valor do % Etro
. ~ Experim. Numérico .
Calibragio f f Indicador (deslocamento)
Critico Critico
0.4073 1.15 1.1750 0.4072 2.17
7161 E + 14 1.15 1.1700 7.165E + 14 1.74
0.6109 1.15 1.1750 0.6108 2.17
0.2241 1.15 1.1460 0.2245 —0.35
575.2000 1.15 1.1250 575.0000 —2.17
0.7500 1.15 1.1124 0.7503 —3.27
2.6070 1.15 1.1130 2.6040 —3.22

Tabela 11 — Resultados para deslocamento numérico critico pela simulagdo do corpo de
prova retangular com entalhe R = 10mm — Al Aeronzutico — Modelo de Gao et
al. na configuragioa = 0 e b = —60, 75.

Corpo de Prova Retangular com Entalhe R = 10mm — Al Aerondutico— Gaoetal. a=0e b =-60,75

Indicadores de
Fratura

Brozzo et al.

Cockcroft &
Latham

Deformagio
Plastica Acumulada

Rice & Tracey

Trabalho Plastico
Total

Vaz Jr.

Xue & Wierzbicki

Resultados de Referéncia
Desl.

Resultados da Simulagiao Numérica
Desl.

Vétlo.r Crit~ico Experim. Numérico Val.or do % Erro
alibragdo Critico Critico Indicador (deslocamento)
0.4110 1.15 1.1750 0.4113 2.17
7.197E + 14 1.15 1.1680 7.203E + 14 1.57
0.6165 1.15 1.1740 0.6163 2.09
0.2221 1.15 1.1260 0.2219 —-2.09
596.4000 1.15 1.1151 596.9000 —3.03
0.7631 1.15 1.0940 0.7633 —4.87
2.4990 1.15 1.0958 2.4980 —-4.71
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Como passo final na andlise para o corpo de prova retangular com entalhe mais agudo, avaliou-
se as distribui¢cdes dos indicadores de fratura em duas dire¢des distintas, ao longo de X (sentido da
largura do espécime) e Z (no sentido da espessura do corpo de prova). Fica evidente o efeito do
terceiro invariante no comportamento dos indicadores ao se analisar de maneira comparativa as
Figuras 88 e 90, as quais representam as distribui¢coes ao longo da direcdo X na zona critica do
espécime (regido na qual se encontra o valor critico). A distribuigdo passa a ser mais suave, com
localizacio mais pontual/menos esparsa dos valores ctiticos. Obsetva-se a mesma modificagio no
comportamento dos indicadores ao longo da direcao Z (Figura 89 e Figura 91), porém de maneira

menos drastica.

Conclui-se ao final desta analise que todos os sete indicadores apresentaram um bom
desempenho na predi¢ao do local e instante para a falha ductil no espécime retangular entalhado
(R = 10mm) da liga de aluminio aeronautico, e que o local previsto numericamente para a falha
equivale ao observado experimentalmente, com inicio da fratura no interior do espécime e

propagacio em direcdo as extremidades/paredes da secio de prova.

GAO a=0 e b=0 — Al Aerondutico — CP Entalhado R=10mm X

04, [ Def. Plastica Ac. L
—e— Trab. Plastico
I - %-Rice Ve
o2 - Brozzo B
=+ - Cockcroft \
—+—Vaz Jr. v
- - Xue t

0 I J
Extremidade Centro Extremidade
Zona, Critica

Indicador de Fratura Normalizado

Figura 88 — Distribuigdo dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo X
associados ao modelo de Gao et al. na configuragio a = b = 0 (von Mises).
Corpo de prova retangular entalhado R = 10mm — Aluminio aeronzutico.
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GAO a=0 e b=0 — Al Aerondutico — CP Entalhado R=10mm Z

—x— Def. Plastica Ac. ‘
02r/, | —e—Trab. Plastico N
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OFe .-+ Cockcroft B U

—+— Vaz Jr. !

- €--Xue m

Indicador de Fratura Normalizado

—0.2 : ‘
Extremidade Centro Extremidade
Zona Critica

Figura 89 — Distribuigdo dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo Z
associados ao modelo de Gao et al. na configuragio a = b = 0 (von Mises).
Corpo de prova retangular entalhado R = 10mm — Aluminio aeronautico.

GAO a=0 e b=—60,75 — Al Aerondutico — CP Entalhado R=10mm X

=}
3
Q
N
'S 0.8
g b
~
z
< 0.6
fany
=
+
Y
m 04
O
Fc .
8 —<— Def. Plastica Ac.
= 0.2 —se— Trab. Plastico
% - %~ Rice
£ i Brozzo
= 0 -=+-- Cockecroft
——Vaz Jr.
- - Xue
—0.2 w j
Extremidade Centro Extremidade

Zona, Critica

Figura 90 — Distribuigdo dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo X
associados ao modelo de Gao et al. na configuragdo a = 0 e b = —60, 75. Corpo
de prova retangular entalhado R = 10mm — Aluminio aerondutico.
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GAO a=0 e b=—60,75 — Al Aeroniutico — CP Entalhado R=10mm Z
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Figura 91 — Distribui¢do dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo Z
associados ao modelo de Gao et al. na configuragdo @ = 0 e b = —60, 75. Corpo
de prova retangular entalhado R = 10mm — Aluminio aerondutico.

Corpo de Prova Retangular Entalhado com R = 50mm

Para a segunda bateria de simula¢does numéricas para a avaliagao de desempenho dos indicadores
de fratura duictil com a liga de aluminio aerondutico, optou-se pelo corpo de prova retangular com
raio de entalhe de 50mm, cujo nivel da razio de triaxialidade no inicio da simulacio se encontra
abaixo do nivel apresentado pela geometria com entalhe de R = 10mm e acima do nivel para o

espécime retangular sem entalhes, utilizado na calibracao dos indicadores com a liga de aluminio.

Como primeiro procedimento desta avaliagao, procura-se determinar o local esperado para o
inicio da falha ductil. Neste sentido, apresenta-se entre a Figura 92 e a Figura 98 os contornos dos
indicadores de fratura obtidos a partir da simulacao deste espécime com entalhe mais suave até os
deslocamentos numéricos com os quais os valores criticos dos indicadores sao atingidos. Nestas
figuras, as imagens com legenda interna “a” representam os resultados obtidos nas simulac¢oes

numéricas pela associagao dos indicadores de fratura a formulagdo classica de von Mises, e para as

legendas “b” tém-se o modelo de Gao etal. paraa = 0 e b = —60,75.
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Brozzo et al.

0.4067
0.36151
0.31631
0.27112
0.22592
0.18073
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0.09034
I0.045146
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Cockcroft et al.
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47739e+14
3.9783e+14
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15912414
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b

b

Brozzo et al.

0.411
0.36533
0.31966
0.27398
0.22831
0.18264
0.13697
0.091296
0.045624
0

Figura 92 — Indicador de Fratura Brozzo et al. associado ao modelo de: a) von Mises e b)
Gao et al.. Corpo de prova retangular entalhado R = 50mm - Aluminio

Cockcroft et al.

7.199¢+14
6.3991e+14
5.5992e+14
4.7993e+14
3.9994e+14
3.1995e+14
2.3996e+14
1.5997e+14
7.9976e+13
0

Figura 93 — Indicador de Fratura Cockcroft et al. associado ao modelo de: a) von Mises e b)
Gao et al.. Corpo de prova retangular entalhado R = 50mm - Aluminio
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0.6102 0.6166
0.54239 0.54808
0.47458 0.47956
0.40678 0.41104
0.33897 0.34252
0.27116 0.274
0.20335 0.20549
0.13554 10.13697
0.067735 |0.068448
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Figura 94 — Indicador de Fratura Deformagao Plastica Acumulada associado ao modelo de:
a) von Mises e b) Gao et al.. Corpo de prova retangular entalhado R = 50mm —
Aluminio aeronautico.

z (y z \Y
\,x "y
Rice & Tracey Rice & Tracey
0.2245 0.2224
0.19955 8}%8‘;
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0.14966 0.14826
0.12471 86%)%%%
0.099763 i
0.074816 0.074116
0.049868 0.049402
I0.024921 0.024689
0 - 0
a b

Figura 95 — Indicador de Fratura Rice & Tracey associado ao modelo de: a) von Mises e b)
Gao et al.. Corpo de prova retangular entalhado R = 50mm - Aluminio
aeronautico.
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Trab. Plastico Trab. Plastico

575.6 596.4
511.64 530.13
447.68 463.86
383.72 397.59
319.76 331.32
255.8 265.04
191.84 198.77

§127.88 132.5
63.921 66.23
0 0

a b

Figura 96 — Indicador de Fratura Trabalho Plastico associado ao modelo de: a) von Mises e
b) Gao et al.. Corpo de prova retangular entalhado R = 50mm - Aluminio
aeronautico.

z .y z ?’
Ny x W, %
Vaz Junior V(z;z _lg:ioi
- i
0.66684 0.67858
0.58349 0.59375
0.50013 0.50893
0.41677 0.4241
0.33341 0.33928
0.25006 0.25445
0.1667 0.16963
0.083342 |0.084806
0 0
a b

Figura 97 — Indicador de Fratura Vaz Jr. associado ao modelo de: a) von Mises e b) Gao et
al.. Corpo de prova retangular entalhado R = 50mm — Aluminio aeronautico.
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4 4)’ z Ay
Ny x L, x
Xue & Wierzbicki Xue & Wierzbicki
2.601 2.497
22463 |2.1383
1.8917 %’ZZ?G
%I?ggs 1.0623
0.82767 0.70361
0.473 0.34493
0.11833 -0.013744
I-{).23633 I-o.37242
0 0
a b

Figura 98 — Indicador de Fratura Xue & Wierzbicki associado ao modelo de: a) von Mises e
b) Gao et al.. Corpo de prova retangular entalhado R = 50mm - Aluminio
aeronautico.

Diferentemente do observado nas simulag¢oes anteriores, em que a associa¢ao dos indicadores de
fratura a0 modelo constitutivo de Gao et al. com b = —60,75 resultou em uma determina¢io mais
acurada para o local de inicio da fratura ductil, para os resultados das simula¢ées do corpo de prova
retangular com entalhe R = 50mm nio houveram modificacdes expressivas e que pudessem set

observadas com clareza pelas imagens dos contornos das Figuras 92 a 98.

As Tabelas 12 e 13 seguem o mesmo padrao das tabelas de resultados das analises anteriores,
onde as duas primeiras colunas apresentam os resultados tomados como referéncia para
quantificagdo do desempenho dos indicadores quanto a precisio em prever o instante para a falha
ductil. A terceira e quarta coluna apresentam os resultados obtidos nas simula¢Ges e a quinta o erro
calculado a partir da diferenca entre o deslocamento experimental critico e o deslocamento
numérico critico, para o qual o valor critico do indicador ¢é atingido na simulagdo com o corpo de

prova com entalhe de R = 50mm.

Da mesma forma que nio houve uma variagdo expressiva no contorno dos indicadores com a
introdu¢ao do efeito do J3, as Tabelas 12 e 13 também mostram que o comportamento desses
indicadores também ndo foi modificado, praticamente mantendo as magnitudes dos erros

apresentados para a configuracao com o modelo constitutivo de von Mises.
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Tabela 12 — Resultados para deslocamento numérico critico pela simulagdo do corpo de
prova retangular com entalhe R = 50mm — Al Aerondutico —Modelo de Gao et
al. na configuracioa = 0e b = 0.

Corpo de Prova Retangular com Entalhe R = 50mm — Al Aerondutico — Gaoetal. a=bh =0

Indicadores de
Fratura

Brozzo et al.

Cockcroft &
Latham

Deformacgio
Plastica Acumulada

Rice & Tracey

Trabalho Plastico
Total

Vaz Jr.

Xue & Wierzbicki

Resultados de Referéncia Resultados da Simulagado Numérica

Valor Ctitico Desl.. De§l.. Valor do % Etro
. ~ Experim. Numérico .
Calibragio f f Indicador (deslocamento)
Critico Critico
0.4073 2.00 2.0680 0.4067 3.40
7161 E + 14 2.00 2.0570 7.161F + 14 2.85
0.6109 2.00 2.0685 0.6102 3.42
0.2241 2.00 2.2150 0.2245 10.75
575.2000 2.00 1.9021 575.6000 —4.90
0.7500 2.00 1.8250 0.7502 —8.75
2.6070 2.00 2.4520 2.6010 22.60

Tabela 13 — Resultados para deslocamento critico numérico pela simulagao do corpo de
prova retangular com entalhe R = 50mm — Al Aerondutico —Modelo de Gao et
al. na configuragioa = 0 e b = —60, 75.

Corpo de Prova Retangular com Entalhe R = 50mm — Al Aerondutico—Gaoetal. a=0e b =-60,75

Indicadores de
Fratura

Brozzo et al.

Cockcroft &
Latham

Deformagio
Plastica Acumulada

Rice & Tracey

Trabalho Plastico
Total

Vaz Jr.

Xue & Wierzbicki

Resultados de Referéncia Resultados da Simulagao Numérica

Valor Critico Desl.. De?l.. Valor do % Erro
. ~ Experim. Numérico .
Calibragido L r Indicador (deslocamento)
Critico Critico
0.4110 2.00 2.0680 0.4110 3.40
7.197E + 14 2.00 2.0520 7.199E + 14 2.60
0.6165 2.00 2.0680 0.6166 3.40
0.2221 2.00 2.2050 0.2224 10.25
596.4000 2.00 1.8980 596.4000 -5.10
0.7631 2.00 1.8190 0.7634 -9.05
2.4990 2.00 2.4300 2.4970 21.50
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Entre os indicadores que apresentaram os menores erros para a estimativa do instante para a
falha estio: Brozzo et al, deformacao plastica acumulada, trabalho total plastico, e Cockcroft &
Latham. Novamente, este tltimo indicador foi o que apresentou a maior consisténcia nos resultados,
com Os menores erros percentuais tanto na simulagdo com o modelo de von Mises quanto com a

formulacio de Gao et al. com b = —60,75. Por outro lado, o indicador de Xue & Wierzbicki

apresentou os piores resultados, com erros que ultrapassaram os 20%.

Nas Figuras 99 e 101 sio apresentadas as distribui¢oes dos indicadores de fratura ductil ao longo
da direcio X (direcao da largura) para as duas configuracoes do modelo de Gao et al. com b = 0 ¢
b = —60,75. As curvas das distribuicdes apresentam de maneira mais clara o que ja foi constatado
nas imagens dos contornos dos indicadores, para o corpo de prova com entalhe mais suave nao
houve uma grande influéncia do terceiro invariante do tensor das tensdes desviadoras, contudo
ainda assim ¢ possivel observar que o seu efeito nos indicadores ¢ suavizar as suas distribui¢oes e
concentrar de maneira mais precisa os valores criticos na regido onde a fratura ira se iniciar. De
maneira analoga, pode-se extrair as mesmas conclusdes das distribui¢cdes dos indicadores ao longo

da direcao Z apresentadas pelas Figuras 100 e 102.

GAO a=0 e b=0 — Al Aerondutico — CP Entalhado R=50mm X

Indicador de Fratura Normalizado

" —— Def. Plastica Ac. v
ot | —s—Trab. Plastico )
! - %- - Rice v,
Brozzo v
024 - | —*+--Cockcroft o rr‘ﬂ
—+— Vaz Jr.
- €--Xue
—0.4 : ‘
xtremidade Centro Extremidade

Zona, Critica

Figura 99 — Distribui¢do dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo X
associados ao modelo de Gao et al. na configuragio a = b = 0 (von Mises).
Corpo de prova retangular entalhado R = 50mm — Aluminio aerondutico.
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GAO a=0 e b=0 — Al Aerondutico — CP Entalhado R=50mm Z

;| =>%—Def. Plistica Ac. Sy
! —e— Trab. Plastico ‘o
! - - Rice Y
0.2 [ Brozzo L
=+ - Cockcroft u
—+—Vaz Jr.
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Indicador de Fratura Normalizado

Figura 100 — Distribui¢do dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo Z
associados ao modelo de Gao et al. na configuragio a = b = 0 (von Mises).
Corpo de prova retangular entalhado R = 50mm — Aluminio aeronautico.

GAO a=0 e b=-60,75 — Al Aerondutico — CP Entalhado R=50mm X

Indicador de Fratura Normalizado
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Figura 101 — Distribui¢ao dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo X
associados ao modelo de Gao et al. na configuragdo a = 0 e b = —60, 75. Corpo
de prova retangular entalhado R = 50mm — Aluminio aeronautico.
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GAO a=0 e b=—60,75 — Al Aeroniutico — CP Entalhado R=50mm Z
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Figura 102 — Distribui¢do dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo Z
associados ao modelo de Gao et al. na configuragio a = 0 e b = —60, 75. Corpo
de prova retangular entalhado R = 50mm — Aluminio aeronautico.

Corpo de Prova para Solicitagdo Cisalhante

Por fim para a analise dos indicadores de fratura em um nivel de triaxialidade préximo a zero,
adotou-se a geometria do corpo de prova particular capaz de gerar uma solicitagao cisalhante em sua
secao de prova para carregamentos trativos uniaxiais. Esta geometria foi previamente apresentada no
Capitulo 3 pela Figura 16, e a sua discretizagao conforme a Figura 18, na qual apenas a secdo de

prova ¢ considerada.

De maneira analoga as demais analises efetuadas neste capitulo, inicia-se a avaliagio dos
indicadores de fratura para o corpo de prova para cisalhamento por meio da correlagio entre o
resultado obtido ao final da simula¢ao numérica para o local esperado para a falha do espécime e as

observagoes experimentais apresentadas na literatura.

Neste sentido, as Figuras 103 a 109 apresentam os contornos dos indicadores de fratura sob a
consideracao do corpo de prova para cisalhamento e a liga de aluminio aeronautico. A analise desses

resultados resulta em um indicativo do local esperado para o inicio da fratura ductil.
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Brozzo et al.
0.4061
0.3572
0.3083
0,25941
0.21051
0.16161
0.11271
0.063816
8.014918

0.15729
0.10661
0.055932
|g.005?_511

a b

Figura 103 — Indicador de Fratura Brozzo et al. associado ao modelo de: a) von Mises e b)
Gao et al.. Corpo de prova para cisalhamento puro — Aluminio aeronautico.

(Cockcroft et al)
7.163e+14
6.2671e+14
5.3713e+14
4.4754e+14
3.5796e+14
2.6837¢+14
1.7879%e+14
8.9201e+13
8.8444e+12

Cockctoft et al
7.204e+14

6.3495e+14
5.4951e+14
4.6406¢+14
3.7861e+14
2.9317e+14
2.0772¢+14
1.2227e+14
(3;.6827':+13

a b

Figura 104 — Indicador de Fratura Cockcroft et al. associado ao modelo de: a) von Mises e
b) Gao et al.. Corpo de prova para cisalhamento puro — Aluminio aeronautico.
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a b

Figura 105 — Indicador de Fratura Deformagio Plastica Acumulada associado ao modelo
de: a) von Mises e b) Gao et al.. Corpo de prova para cisalhamento puro —
Aluminio aeronautico.

a b

Figura 106 — Indicador de Fratura Rice & Tracey associado ao modelo de: a) von Mises e b)
Gao et al.. Corpo de prova para cisalhamento puro — Aluminio aeronautico.
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Trab. Plastico
597.5
528.04
458.58
389.11
319.65
250.19
180.73
111.26
41,802
0

a b

Figura 107 — Indicador de Fratura Trabalho Plastico associado ao modelo de: a) von Mises
e b) Gao et al.. Corpo de prova para cisalhamento puro — Aluminio aeronautico.

a b

Figura 108 — Indicador de Fratura Vaz Jr. associado ao modelo de: a) von Mises e b) Gao et
al.. Corpo de prova para cisalhamento puro — Aluminio aeronautico.
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a b

Figura 109 — Indicador de Fratura Xue & Wierzbicki associado ao modelo de: a) von Mises
e b) Gao et al.. Corpo de prova para cisalhamento puro — Aluminio aeronautico.

Fica evidente em todas as imagens dos contornos dos indicadores de fratura a formagao de uma
banda de cisalhamento, com os valores criticos localizados nas extremidades desta banda (zonas
criticas), isto é, na parte superior esquerda e parte inferior direita da se¢dao de prova. Além disso, para

todos os indicadores, o valor critico ¢ atingido na parte central das zonas criticas.

Nas Tabelas 14 e 15, os resultados obtidos ao final das simula¢ées do corpo de prova para
cisalhamento puro utilizando a formulac¢io de von Mises e a de Gao et al., com b = —60,75, sio
quantificados e comparados com os resultados de referéncia, a fim de se obter uma estimativa de

cada indicador para o instante em que a falha ductil ira ocorrer.

Assim como observado nas tabelas de resultados para os dois corpos de prova entalhados, o
efeito do terceiro invariante do tensor das tensoes desviadoras pouco afetou o comportamento dos
indicadores de fratura que praticamente nao tiveram as magnitudes dos seus erros percentuais
modificadas. Porém, diferentemente dos bons resultados e etros inferiores a 5% obtidos por alguns
indicadores nas analises dos espécimes entalhados, para a analise de baixa triaxialidade nao foi
possivel observar bons resultados por parte de nenhum indicador. Para a presente analise os

menores erros obtidos ficaram na faixa dos 26%.
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Tabela 14 — Resultados para deslocamento critico numérico pela simulagcdo do corpo de
prova para cisalhamento — Al Aerondutico — Modelo de Gao et al. na
configuragioa =0e b = 0.

Corpo de Prova de Cisalhamento — Al. Aerondutico — Gaoetal.a =b =0

Resultados de Referéncia Resultados da Simulagao Numérica

Inlecadores de Valor Critico Desl.. De§1: Valor do % Erro
ratura . - Experim. Numérico .
Calibragido fs r Indicador (deslocamento)
Critico Critico
Brozzo et al. 0.4073 2.00 2.7000 0.4061 35.00
Cockeroft & 7161E + 14 2.00 2.6500 7.163E + 14 32.50
Latham

Deformagio 0.6109 2.00 2.7000 0.6092 35.00

Plastica Acumulada ’ ' ’ ' '
Rice & Tracey 0.2241 2.00 2.6100 0.2246 30.50
Tmbal;‘o Plastico 575.2000 2.00 2.8700 576.8000 43.50

otal

Vaz Jr. 0.7500 2.00 3.9200 0.7497 96.00
Xue & Wierzbicki 2.6070 2.00 2.5800 2.6020 29.00

Tabela 15 — Resultados para deslocamento critico numérico pela simulagdo do corpo de
prova para cisalhamento — Al Aerondutico — Modelo de Gao et al. na
configuragioa = 0 e b = —60, 75.

Corpo de Prova de Cisalhamento — Al Aerondutico— Gaoetal. a=0¢e b =—-60,75

Resultados de Referéncia Resultados da Simulagdo Numérica
Ind;:adores de Valor Critico Desl.. De?l.. Valor do % Erro
ratura ) - Experim. Numérico .
Calibragio s L Indicador (deslocamento)
Critico Critico
Brozzo et al. 0.4110 2.00 2.5750 0.4107 28.75
Cockeroft & 7.197E + 14 2.00 2.8500 7.204E + 14 42.50
Latham
Deformagdo 0.6165 2.00 2.5750 0.6160 28.75
Plastica Acumulada ’ ' ' ! ’
Rice & Tracey 0.2221 2.00 2.5200 0.2223 26.00
Trabalho Plstico 596.4000 2.00 2.8070 597.500 40.35
Total
Vaz Jr. 0.7631 2.00 3.607 0.7650 95.00
Xue & Wierzbicki 2.4990 2.00 2.5320 2.5020 26.60
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Todos os sete indicadores de fratura ductil apresentaram grandes magnitudes de erros na
comparagdo entre o deslocamento numérico critico e o deslocamento experimental critico. Desta
forma, nao foi possivel obter uma boa estimativa do instante para o inicio da fratura dactil com a
utilizagdo desses indicadores para o corpo de prova de cisalhamento com a liga de aluminio
aeronautico. Porém justifica-se tal comportamento otimista dos indicadores pelo erro ja inserido
pelo modelo constitutivo de Gao et al., que como ja apresentado no Capitulo 3 deste trabalho, para
b = —60,75 o critério de Gao et al. ndo apresenta boa correlagdo com os dados experimentais da

curva de reagao para o corpo de prova para cisalhamento na liga de aluminio aeronautico (ver Figura

32).

Por fim as Figuras 110 e 111 apresentam as distribui¢ées dos indicadores de fratura ao longo da
dire¢ao Z, direcao da espessura do espécime, para as duas configura¢oes adotadas para o modelo
constitutivo de Gao et al.. Apesar do problema ter sido abordado de maneira tridimensional, devido
a formagdo da banda de cisalhamento e a geometria particular do corpo de prova, nio foi possivel

analisar a distribui¢ao dos indicadores também ao longo da direcao X.

Ressalta-se na Figura 111 o comportamento diferenciado obtido com o critério de Cockcroft &
Latham, o qual identificou dois pontos onde o valor critico ¢é atingido ao longo da zona critica na

extremidade da banda de cisalhamento.

GAO a=0e b=0 — Al Aeronautico — CP Cisalhamento Z

047/ [ 5¢Def. Plastica Ac.
—e— Trab. Plastico

- - Rice

02+ Brozzo

=+ -- Cockcroft
——Vaz Jr.

- - Xue

0 J
Extremidade Centro Extremidade
Zona, Critica

Indicador de Fratura Normalizado

Figura 110 — Distribui¢do dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo Z
associados ao modelo de Gao et al. na configuragio a = b = 0 (von Mises).
Corpo de prova de cisalhamento — Aluminio aeronautico.
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GAO a=0 e b=—60,75 — Al Aerondutico — CP Cisalhamento Z
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Figura 111 — Distribui¢do dos indicadores de fratura na zona critica ao longo do eixo Z

associados ao modelo de Gao et al. na configuragdo a = 0 e b = —60, 75. Corpo
de prova de cisalhamento — Aluminio aeronautico.

4.6 CONCLUSOES DO CAPITULO

Neste capitulo analisou-se o desempenho de sete indicadores de fratura ductil associados a duas
ligas materiais, liga de ago SAE7045 e liga de aluminio aeronautico, quanto as suas capacidades
preditivas para o correto local e instante de inicio da falha de cinco espécimes distintos. Optou-se
pot corpos de prova entalhados e de cisalhamento para uma avaliagdo em uma extensa faixa de

niveis de triaxialidade.

Ao final das simulagdes numéricas com a liga ferrosa, concluiu-se que todos os sete indicadores
foram capazes de prever corretamente o local de inicio da falha, conforme observado
experimentalmente para todos os espécimes analisados (corpo de prova cilindrico sem entalhe,
cilindrico entalhado e “Borboleta™). Por outro lado, nenhum dos indicadores avaliados apresentou
consisténcia na previsao do instante para a falha dos corpos de prova. Para a simulacao da geometria
cilindrica entalhada utilizando o modelo constitutivo de Gao et al. com b = 0 (von Mises), todos os
indicadores apresentaram um comportamento extremamente otimista, na qual o menor erro foi
apresentado pela formulacio de Vaz Jr. (1998), com 26,29% de discrepancia em relagio ao

deslocamento experimental critico. Com a introdugao do efeito do terceiro invariante do tensor
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desviador houve uma reduc¢ao consideravel do erro para a previsio do instante para a falha por
todos os indicadores, porém apenas a formulagiao de Vaz Jr. obteve valores aceitaveis, com um erro

de 6,57%.

Com relagao ao corpo de prova “Borboleta”, observou-se, em geral, um comportamento mais
conservativo de todos os indicadores nas duas configuragdes adotadas para o modelo constitutivo
de Gao et al.. Nesse caso, o indicador que apresentou os melhores resultados foi o critério de Xue &
Wierzbicki, devido a sua maior consisténcia nos resultados. O indicador de Vaz Jr. obteve o menor

indice de erro na simulagao adotando von Mises. Porém, quando o efeito do J3 foi introduzido, o

erro obtido por este critério saiu de 2,50% (von Mises) e ultrapassou os 54%.

Conclui-se de forma geral que para a liga de ago SAE7045 a introdugido do terceiro invariante do
tensor desviador aproximou o comportamento dos indicadores de fratura ductil das observagoes
experimentais. Entretanto, como o modelo constitutivo de Gao et al., na configuracio com b =
—60,75, nio foi capaz de descrever suficientemente bem o comportamento elasto-plastico da liga

ferrosa sob solicitagao cisalhante, a resposta dos indicadores foi comprometida em tal situagao.

Por fim, para as analises realizadas com a liga de aluminio aeronautico, o desempenho dos
indicadores de fratura pouco foi afetado pela introdugao do parimetro elasto-plastico J3, de tal
forma que nio foi observado um aumento significativo na acuracia dos indicadores para a
determinagao do local e instante para a fratura apds a adogao deste parametro. Nas simulagdes com
os corpos de prova retangulares entalhados, o indicador de fratura ductil proposto por Cockcroft &
Latham apresentou grande consisténcia nos resultados, sem ultrapassar 3% de erro nas duas
configuracbes do modelo constitutivo adotado. Porém, para estas mesmas geometrias entalhadas,
observou-se que os critérios baseados no trabalho plastico total de Freudenthal (1950) e Gillemont
(1976), e trabalho total do dano de Vaz Jr. (1998), apesar de apresentarem erros maximos para a
predi¢ao do instante potencial da falha por volta de 10%, apontaram um local esperado para a falha
ductil ligeiramente acima da regido equatorial, inconsistente com as observac¢oes experimentais. Ao
se analisar a geometria para cisalhamento da liga de aluminio, constatou-se mais uma vez que a
incapacidade do modelo constitutivo de Gao et al. com a =0 e¢ b = —60,75 em descrever
corretamente o comportamento elasto-plastico do material impacta diretamente no desempenho dos

indicadores de fratura.
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5 Conclusées e Recomendacdes Futuras

Neste trabalho, buscou-se estudar duas formulacoes constitutivas, baseadas no efeito do terceiro
invariante do tensor desviador, para descricdo do comportamento elasto-plastico de materiais
ducteis, considerando largas faixas de triaxialidade. Para isto, adotou-se os modelos de Hosford e de
Gao et al., com endurecimento isotropico. Inicialmente, foi realizada uma analise das superficies de
escoamento dessas formulagbes para verificagao da convexidade e do efeito do terceiro invariante na
modificacido do formato dos envelopes de falha. Observou-se que as superficies obtidas pela
formulacio de Hosford sio sempre convexas e sem singularidades nos vértices, independente da
magnitude adotada para h. Porém, o mesmo ndo foi observado para as supetficies de escoamento
geradas pela formulacio de Gao et al.. Ao se adotar magnitudes mais elevadas de b, é possivel obter
superficies de escoamento nao convexas, as quais podem causar dissipa¢ao negativa de energia para
os materiais ducteis aqui estudados e como consequéncia numérica pode ocorrer uma nao
convergéncia do algoritmo de atualizagao implicito baseado no método do ponto mais préximo,

implementado neste trabalho e apresentado no Capitulo 3.

Em seguida, através da analise de curvas de reagdao do tipo Forga s Deslocamento, mostrou-se
que a capacidade preditiva dos modelos é otimizada através da introdugdo do efeito do terceiro
invariante em suas formulagdes. Demonstrou-se também, através de comparagoes entre resultados
numéricos e experimentais, que ao resgatar a formulacdo de von Mises, obtém-se um modelo
constitutivo com comportamento otimista. Por outro lado, a introducio do efeito do terceiro
invariante aproxima as curvas obtidas numericamente dos resultados experimentais. Contudo, para
magnitudes mais elevadas de b, para as quais a formulacdo de Gao et al. apresentou melhores
correlagdes com os resultados experimentais para cisalhamento, ocorre a nao convergéncia do
algoritmo de retorno proposto. Neste sentido, o modelo proposto para a formulagio de Hosford
apresentou melhores correlagbes com dados experimentais. Mesmo com uma superficie de
escoamento muito proxima a apresentada pelo formulacio de Gao et al, a predi¢ao do
comportamento mecanico realizada pelo modelo constitutivo de Hosford apresentou erros

significativamente menores do que os apresentados pelo modelo de Gao et al..

As conclusbes obtidas no estudo dos modelos constitutivos apresentados no Capitulo 3 deste
trabalho foram reforcadas no Capitulo 4 na analise de indicadores de fratura, evidenciando a
necessidade da introducdo do terceiro invariante do tensor desviador na lei de fluxo plastico dos
modelos constitutivos e em indicadores de fratura para uma descricio mais fiel do comportamento

elasto-plastico das ligas materiais.
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Observou-se nas analises realizadas com a liga de ago SAE1045 que a associa¢ao dos indicadores
de fratura ductil ao modelo de Gao et al. com b = —60,75 tornou mais precisa a determinacao do
local esperado para a fratura e também reduziu o erro na previsio do instante para a falha ductil.
Para tal, utilizou-se para representar os testes numéricos na regido de alta triaxialidade, corpos de
prova cilindricos com e sem entalhes. Ja para a regido de baixa triaxialidade, adotou-se o chamado
corpo de prova “Borboleta”, sujeito a cisalhamento puro. Os testes numéricos foram realizados até a
condi¢do em que algum ponto dentro do corpo de prova estudado atingisse o valor critico dos
indicadores, calibrados previamente. Contudo, como nio foi possivel obter uma boa correlacio
entre os resultados obtidos pela formulacio de Gao et al. e os resultados experimentais para as
curvas de reacdo sob solicitacio cisalhante, nenhum dos indicadores abordados nesse trabalho

conseguiu bons resultados em tal condigao.

Por fim, conclui-se que para os espécimes adotados em liga de aluminio aeronautico, corpos de
prova retangular com e sem entalhe para altos niveis de triaxialidade e corpo de prova para
solicitacao cisalhante para baixa triaxialidade, a introdugao do efeito do terceiro invariante do tensor
desviador pouco influenciou no comportamento dos indicadores de fratura estudados. Mais uma
vez, justifica-se a baixa correlagao entre os resultados numéricos obtidos pelos indicadores de fratura
e os resultados experimentais disponiveis na literatura pela incapacidade apresentada pelo modelo
constitutivo de Gao et al., quando b = —60,75, de se aproximar do comportamento elasto-plastico
realistico da liga de aluminio aeronautico. Desta forma, a determinagdo inacurada do estado de
tensao ao longo da simulagio numérica gerou um errou que foi carregado até a etapa de pos-
processamento, no qual os indicadores de fratura foram implementados. Contudo estima-se que a
associagao dos indicadores de fratura ductil a um modelo constitutivo que apresente melhor

correlagao com as observagoes experimentais possa gerar resultados mais acurados.

Como recomendacao de trabalhos futuros, sugere-se a associagao de indicadores de fratura a um
outro modelo constitutivo puramente elasto-plastico para previsdes de local e instante esperados
para a fratura duactil mais precisas. Desta forma, sugere-se, para uma analise futura, a ado¢do do
modelo de Hosford, devido aos bons resultados apresentados por esta formulaciao nas analises do
Capitulo 3 deste trabalho, no qual este modelo apresentou as melhores correlacbes com as
observagoes experimentais. Além disso, sugere-se a avaliagdo da associacao de modelos puramente
elasto-plasticos e indicadores de fratura com espécimes semelhantes para os diferentes materiais
adotados. Desta forma, é possivel verificar os efeitos introduzidos pelas geometrias e também pelos
materiais, uma vez que geometrias distintas em materiais também distintos dificultam as conclusoes

acerca dos resultados.
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Anexo A — Derivadas

Derivadas das Equagdes Residuais

Os resultados das derivadas para a composi¢ao do sistemas de equagdes residuais dos modelos

aqui exposto sao apresentados a seguir.

Modelo de Gao et al. (2011)
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Modelo de Hosford (1972)
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