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Caratterizzazione a fatica
di provini in acciaio C40
soggetti a trazione e torsione combinate,
in fase e fuori fase

F. Berto, P. Lazzarin
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| I 1avoro sintetizza i risultati di una serie di prove di fatica multiassiale su provini intagliati in acciaio
C40 normalizzato, soggetti a carichi combinati di trazione e torsione, in fase e fuori fase (@=0 e @=90°).
| test sono stati effettuati con due divers rapporti nominali di ciclo, R=-1 e R=0, mantenendo costante e

pari all’unita il rapporto di biassialita, A= o /.. Gli intagli circonferenziali a V presentavano un raggio

di raccordo di 0.5 mm, una profondita di 4 mm e un angolo di apertura di 90 gradi.
Al risultati di fatica multiassiale si aggiungono quelli ottenuti a trazione e torsione pura su provini lisci e
intagliati e quelli a sola torsione su di un alberino con spallamento.
Per gueste serie & sempre stato usato un rapporto nominale pari a—1.
Dopo aver presentato le curve di Wohler per i singoli casi, tutti i dati relativi alle provette intagliate
vengono sintetizzati in due curve, la prima basata sulla densita di energia totale di deformazione,
all’ apice dell’intaglio, la seconda basata sulla densita di energia di deformazione deviatorica.

Parole chiave: acciaio, fatica, prove meccaniche

Il comportamento a fatica in presenza di sola torsione e di
trazione e torsione combinate & stato analizzato in modo
esteso in letteratura utilizzando provini pre-criccati o inde-
boliti dafessure (“dlit”) eintagli di diversa geometria[1-9].
Per sintetizzare i dati sperimentali e rendere agevole il loro
utilizzo in progettazione sono stati proposti numerosi criteri,
che variano soprattutto in funzione della severita della con-
centrazione delle tensioni [6,9]. Difficolta teoriche e speri-
mentali insorgono in presenza di provette pre-criccate solle-
citate in modo misto (modo | piu modo I11). A causa della
torsione si pud infatti avere laformazione di una zona plasti-
ca molto estesa nella zona vicina all’ apice della cricca, con
formazione di fenomeni dissipativi trale superficie a contat-
to. Ne deriva una forte dipendenza tra geometria della pro-
vettaerisultati dei test. E' infine presente unatransizione fra
modo Il e modo |, la quale avviene prima che la cricca si
arresti, e cio rende difficile I’ estensione dei metodi basati sul
AK,, di sogliadal Modo | a Modo I11.

Recentemente sono stati presentati in letteratura alcuni nuo-
vi criteri per la fatica multiassidle. In presenza di effetti di
intaglio ridotti Lazzarin e Susmel [6,7] hanno proposto
un’ estensione non convenzionae della curvadi Wohler. Ga-
siak e Pawliczek [10] propongono come parametro rappre-
sentativo del danneggiamento afatical’ energia dissipata nel
materiale, pensata come somma di tre contributi: il primo
associato alle deformazioni elastiche, il secondo legato al-
I’ eventual e presenza di unatensione medianon nullaeil ter-
70 associato alle deformazioni plastiche. Il criterio, pensato
e sviluppato per sollecitazioni di fatica monoasside, € stato
esteso allafatica multiassiale mediante I’ utilizzo di unaten-
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sione equivalente che tiene conto dello stato composto di
tensioni realmente presenti sul componente. Banvillet et al.
[11] propongono invece un criterio basato sul concetto di
volume critico. Viene individuata una tensione di soglia sot-
to laquale non vi € nucleazione di microcricche eil parame-
tro considerato critico per il cedimento € il lavoro medio di
deformazione ceduto a materiale nel volume critico in un
ciclo di carico, a quale viene sottratto il lavoro associato al-
latensione di sogliain quanto non contribuisce al fenomeno
del danneggiamento. || metodo é facilmente applicabile ai
provini lisci o debolmente intagliati, mentre risulta assai
onerosa la sua estensione al caso di componenti con elevati
effetti d’intaglio. Macha et al. [12] propongono un criterio
basato sul concetto di piano critico. Il parametro considerato
come causa di cedimento € di tipo energetico ed & funzione
dell’ energia associata alla deformazione normale e alla
deformazione di taglio presenti su tale piano. Un’attenta
scelta delle costanti presenti, permette di ottenere la gran-
dezza rappresentativa del fenomeno del danneggiamento
che meglio interpolai risultati sperimentali. Con riferimento
ai giunti saldati, laddove i raggi di raccordo al piede dei cor-
doni di saldatura sono estremamente ridotti, Lazzarin et al.
[13] formalizzano un criterio energetico basato sul valore
medio dell’ energia di deformazione calcolata in un volume
strutturale ben definito e indipendente dai parametri di solle-
citazione almeno in presenza di sollecitazioni in fase fralo-
ro. Lo stesso concetto era gia stato utilizzato per sintetizzare
oltre 300 dati sperimentali di giunti saldati sollecitati a tra-
zione e flessione [14]. L’influenza delle sollecitazioni fuori-
fase € presa in esame da Kueppers e Sonsino [15], i quali
evidenziano come la presenza dello sfasamento abbia effetti
diversi a seconda che il materiale manifesti un comporta-
mento duttile, semiduttile o fragile. Nel caso di giunti salda-
ti in acciaio da costruzione, il materiale mantiene una suffi-
ciente duttilita e I’ effetto dello sfasamento tende aridurre la
resistenza a fatica. Nel caso invece di giunti saldati in lega
leggera (semiduttili), le sollecitazioni in fase e fuori fase so-
no egual mente penalizzanti.

Il presente lavoro riassume i risultati sperimentali di test a
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fatica effettuati su provini assialsimmetrici, lisci eintagliati,
soggetti sia atrazione e torsione pura, sia a carico combina-
to di trazione etorsione. | provini intagliati presentavano un
raggio di fondo intaglio di 0.5 mm, una profondita di 4 mm
eun angolo di aperturadi 90° (figura 1). La sperimentazione
ha previsto:
 due serie di provini lisci soggetti a torsione pura [16] e
sforzo assiale [17], con un rapporto nominale di ciclo, R=-

 due serie di provini conintagli aV soggetti atorsione pu-
ra[16] e sforzo assiae [17], con un rapporto nominae di
ciclo, R=-1.

 quattro serie di test afatica multiassiale su provini con in-
tagli a 'V, variando il rapporto nominale di ciclo (R=0 e
R=-1) elafase (®=0 e ®=90°). E’ stato mantenuto costan-
te e pari ad uno il rapporto di biassidita, A [17].

e unaseriedi test atorsione con un rapporto nominaedi ci-
clo R=-1 su un albero con spallamento, che presentava un
raggio di raccordo di 0.5 mm nel punto di variazione della
sezione [16].

In presenza di raggi di raccordo cosi piccoli, il comporta

mento a fatica del componente intagliato non & pit control-

lato dal fattore teorico di concentrazione delle tensioni, che
risulta troppo penalizzante rispetto al comportamento del
materiale base non intagliato. D’ altra parte un raggio di rac-
cordo di 0.5 mm e troppo elevato per utilizzare un criterio
basato sui fattori di intensificazione delle tensioni (Notch

Stress Intensity Factors, NSIFs) che, al momento, sono stati

applicati solo con riferimento agli intagli non raccordati

[13,14].

Sebbene sia opinione degli autori che un approccio basato

sull’ energia locale di deformazione in un volume finito [18-

20] permetterebbe di sintetizzare tutti i risultati dei test in

una singola banda con una bassa dispersione dei dati, in

guesto contributo i dati saranno presentati solo in funzione
delle tensioni nominali nette e in funzione della densita del-

I’ energia totale e deviatorica presenti al’ apice dell’intaglio.

Il calcolo delladensita di energia sara, per semplicita, basato

sui fattori teorici di concentrazione delle tensioni, rinuncian-

do a momento a un legame esplicito con il materiale base (il

quale richiederebbe un criterio di volume [18-20] e non di

punto).

Le geometrie dei provini lisci e intagliati e dell’ albero con
spallamento sono riportate in figura 1. | provini assialsm-
metrici con intaglio aV circonferenziale (figura 1b) hanno
una profondita dell’intaglio di 4 mm. Il raggio di fondo inta-
glio € 0.5 mm e I'angolo di apertura € 90°. Per quanto ri-
guardainvece |’ abero, I’ altezza dello spallamento €4 mm e
il raggio di raccordo in corrispondenza della variazione del-
lasezione é ancora di 0.5 mm (figura 1c).

Un raggio di raccordo di 0.5 mm rende difficile una corre-
lazione fra il fattore teorico di concentrazione delle tensio-
ni, K,, e il fattore di riduzione della vita a fatica, K, in
quanto I'indice di sensibilita al’intaglio manifesta una ele-
vata dispersione di valori per raggi ridotti, come gia ben
evidenziato da Peterson in passato. | fattori teorici di con-
centrazione delle tensioni K, sono stati ricavati per le di-
verse geometrie con il metodo degli elementi finiti, utiliz-
zando il codice ANSY SP. In particolare per i provini inta-
gliati K, e risultato pari a 3.68 a trazione e 1.95 a torsione
(entrambi i valori riferiti ala sezione netta). L' albero con
spallamento risultava invece caratterizzato da un fattore
teorico di concentrazione delletensioni K, = 1.82, conri-
ferimento alla sola torsione.

Alcune analisi microstrutturali hanno mostrato che I’ acciaio
C40 fosse alo stato normalizzato, con presenza di due fasi
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Fig. 1 — Geometria dei provini.
Fig. 1 — Geometry of the specimens.

Fig. 2 — Microstruttura dell’ acciaio C40 normalizzato; (a) sezione
longitudinale; (b) sezionetrasversale.

Fig. 2 — Microstructure of the normalised C40 stedl; (a)
longitudinal section; (b) transversal section.

E [MPa] O o2 [MPa] o, [MPa]
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Tabella 1 — Modulo elastico e proprieta di resistenza statica
dell’ acciaio C40 normalizzato.

Table 1 — Elastic modulus and static properties of C40 carbon
steel (normalised state).
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digtinte; ferrite (zone bianche in figura 2a e 2b) e perlite
(zone scure). Durante il processo di estrusione, le due fasi
erano state forzate adisporsi in bande aternate, aventi la di-
rezione principale coincidente con |’ asse longitudinale del
provino.

Con alcune prove statiche di trazione sono state determinate
latensione di snervamento, latensione di rotturac, e il mo-
dulo elastico longitudinale del materiale (tabellal1).

Primadi effettuarei test afaticatutti i provini sono stati lu-
cidati in modo da migliorare la qualita delle superficie €li-
minando i solchi dovuti alle lavorazioni alle macchine uten-
sili. La lucidatura delle superficie era indispensabile per la
successiva analisi a microscopio delle fasi di propagazione
delle cricche. | test sono stati effettuati con una macchina
biassiale servoidraulica M TS 809. La macchina ha un fondo
scaladi 100 KN atrazione e di 1100 Nm atorsione.

Tutti i test sono stati effettuati in controllo di carico. Lafre-
guenza utilizzata variava fra 5 e 20 Hz in funzione della
geometria e del livello di sollecitazione. Non appenai test a
fatica erano conclusi, le zone di fondo gola degli intagli e le
superficie di frattura venivano analizzate a campione me-
diante stereoscopia ottica e microscopia el ettronica.

In tabella 2 sono riportati i valori del limite di faticaa 2 10°
(riferiti alla sezione netta) per i provini lisci e intagliati sog-
Qetti a trazione e a torsione pura. | test sono stati effettuati
con rapporto nominale di ciclo R=-1. E inoltre riportata la
pendenzadellacurvadi Wohler, k, I"indice di dispersione ri-
ferito al 10-90 % della probabilita di sopravvivenza e infine
il valoredi K. Infigura 3 e 4 sono riportate le curve di Woh-
ler e le relative bande di dispersione per i casi di trazione e
torsione pura.

Durante i test afatica assiale e torsionale sono state monito-
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Fig. 3— Curve di Wohler del provini lisci eintagliati sollecitati a
trazione pura[17].

Fig. 3 — Fatigue strength data from pure axial tests on plain and
notched specimens[17].

Tabella 2 — Risultati dei test a fatica su
provini lisci eintagliati soggetti a
trazione e atorsione pura (R=-1;

ampiezze di tensioneriferite alla
sezione netta).

Serie

Assiale - Provette lisce
Assiale — Intagli aV
Torsione - Provette lisce
Torsione - Intagli aV

Table 2 — Results of pure axial and
torsion tests on smooth and notched
specimens (R=-1; stress amplitudes

referred to the net section).

o st [WEPa)

Fig. 4 — Curve di Wohler dei provini lisci eintagliati sollecitati a
torsione pura [ 16].

Fig. 4 — Fatigue strength data from pure torsion tests on plain and
notched specimens [ 16].

_q-\_h_'--.-_‘_\_h-\—‘__l_\_l i (F3R]

™=

vilmn Fubi e n el podia

=My = 10 M [ 1 Ty = 195 NP4

: ¥
-.‘ ——

1 o

| '|| 225 hPn

| fty = H40 hiFa ez

- T 1 [ =1%0MPa _H\' 'E
E 0.8 T F ‘l\'
W vits o Even monmslizzat (b) |
5 B |

o - -] n& (L8] |

Fig. 5— Curve di rigidezza normalizzata per provini intagliati (a)
elisci (b).

Fig. 5 — Plots of the normalised stiffness for notched (a) and plain
(b) specimens.

rate le rigidezze. La rigidezza torsionale per i provini inta-
gliati non era influenzata dall’ampiezza di tensione, cosic-
ché la curva di rigidezza normalizzata risultava essere la
stessa per tutti i provini.

Lacurvadi rigidezza dei provini lisci € risultata invece for-
temente dipendente dall’ampiezza di tensione applicata. Le
curve di rigidezza, normalizzate rispetto a loro valore ini-
ziale, presentano andamenti del tutto diversi ad ato e a bas-
so numero di cicli. Lafigura5 mostra le curve di rigidezza

° i Tas0% “Cason [MPa] d

N° dati 0% cicli k T.-T, K
13 251.8 17.1 117
14 90.6 4.6 1.35 2.78
14 195.8 18.2 1.09
12 152.8 8.2 1.36 1.28
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normalizzate per i provini lisci e intagliati soggetti a torsio-
ne.

Con riferimento alle prove assidi, I'andamento delle curve
di rigidezza é risultato simile. Nél caso dei provini intagliati
una sola curva normalizzata descrive il comportamento di
tutti i provini, mentre per i provini lisci lacurvadi rigidezza
normalizzata dipende dall’ ampiezza di tensione applicata.

In tabella 3 sono riportati i valori del limite di faticaa 2-10°
(riferiti alla sezione netta) per i test effettuati sull’albero con
spallamento soggetto a torsione pura. | test sono stati effet-
tuati con rapporto nominale di ciclo R=-1. E inoltre riportata
la pendenza della curvadi Wohler, k, el’indice di dispersio-
ne riferito a 10-90 % della probabilita di sopravvivenza. In
figura 6 é riportata la curva di Wohler e larelativa banda di
dispersione (con confidenza 0.95).

In tabella4 sono riassunti i risultati delle quattro serie di test
a fatica multiassiale. In particolare sono riportati il limite a
fatica a 2 10° cicli, la pendenza della curva di Wohler, k,
I"indice di dispersioneriferito al 10-90% della probabilita di
sopravvivenza. La resistenza a fatica cala di molto, in pre-
senza di carichi combinati, rispetto ai casi di torsione e tra-
zione pura. In figura7 e 8 si riportano i risultati dei test ef-
fettuati rispettivamente con rapporto nominaledi ciclo R=-1
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Fig. 6 — Curva di Wohler ricavate dai test a fatica sull’ albero con
spallamento [ 16] .

Fig. 6 — Fatigue strength data from pure torsion tests on the shaft
with shoulder [16].

Tabella 3 — Risultati dei test a fatica sull’ albero con

spallamento soggetto a torsione (Ampiezza 7, riferitaalla  serie
sezione netta).
Table 3 — Results of the puretorsion tests carried out on ~ Albero con
the shaft with shoulder
Tabella 4 — Sntesi dei risultati dei test a fatica
multiassaiale sui provini intagliati. Serie

Table 4 — Results of multiaxial fatigue testson the

notched specimens. 1

2

3

4
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Fig. 7 — Risultati dei test a fatica multiassiale effettuati con
rapporto nominale di ciclo R=-1 (¢=0e90°) [17].

Fig. 7—Multiaxial fatigue strength data obtained under a
nominal load ratio R=-1 (¢=0e90°) [17].
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Fig. 8 — Risultati dei test a fatica multiassiale effettuati con
rapporto nominale di ciclo R=0 (&=0 e 90°) [17].

Fig. 8—Multiaxial fatigue strength data obtained under a
nominal load ratio R=0 (&#=0 e 90°) [17].

e R=0 e lerelative bande di dispersione. A paritadi rapporto
di ciclo edi rapporto di biassiaita, che é stato tenuto costan-
te e pari ad uno in tutti i test, sono presenti due serie per fi-
gura corrispondenti ai differenti valori assunti dalla fase,
®=0 e ®=90°.

Dai test effettuati si pud notare come il comportamento afa-
tica del materiale sia influenzato prevalentemente dal rap-
porto nominale di ciclo, R, mentre I’ effetto della fase sem-
bra essere trascurabile per il materiale in esame. In figura 9
si sintetizzano i risultati distinguendo due diverse serie di
dati corrispondenti ai due diversi rapporti nominai di ciclo
utilizzati, R=0 e R=-1.

Durante le prove sono state monitorate larigidezza assiale e
guellatorsionale (Figure 10a e 10b). Larigidezzatorsionale

5 d Tpsoy LMPa]

N* dati a 2-10 ® cicli T Ky
10 155.7 9.13 1.28 1.26

N° dati R @ T Opson [MPAI

a a 2-10 ® cicli

13 -1 0 1.809 101.01 5.75
12 -1 90° 1.543 99.56 7.97
9 0 0 1.206 67.92 4,96
16 0 90° 1514 66.84 5.27
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Fig. 9 — Influenza del rapporto nominale di ciclo sulla resistenza a
fatica.

Fig. 9 — Influence of the nominal load ratio R on the fatigue
strength.

normalizzata rispetto a valore massimo non varia al variare
del livello di carico, dellafase e del rapporto nominae di ci-
clo. Inaltre I'andamento & simile a quello ottenuto nel caso
di torsione pura. La rigidezza decresce lentamente fino a
90% della vita del provino e successivamente presenta un
notevole decremento. Larigidezza assiale invece € diversa
da quella ottenuta nel caso di trazione pura e dipende sia dal
rapporto nominae di ciclo, R, che dalla fase, ®. Essa pre-
senta un improwviso calo al’inizio del test, mantiene un va-
lore costante fino a circa il 90% della vita del provino e
quindi decresce velocemente nell’ ultimo tratto. Nel caso di
rapporto nominale di ciclo R=-1 la diminuzione di rigidezza
che s hanellafaseiniziae dellaprova é pit marcato.

Recentemente Lazzarin et . [13] hanno esteso I’ utilizzo di
un criterio energetico basato sul concetto di volume struttu-
rale di Neuber [18], allafatica multiassiale di giunzioni sal-
date. In quel lavoro il piede del cordone di saldatura € stato
modellato come un intaglio aVV con raggio di raccordo nul-
lo. L’energia é stata mediata sul volume critico e espressain
forma chiusa in termini dei fattori generalizzati di intensifi-
cazione delle tensioni (N-SIF) di modo | edi modo 1. Per il
materiale saldato considerato nella referenza [13] il raggio
del volume strutturale erapari acirca0.4 mm. | provini con-
siderati nel presente contributo risultano caratterizzati da un
raggio di raccordo di 0.5 mm, troppo elevato a parere degli
scriventi per applicare fattori di intensificazione delle ten-
sioni calcolati in assenza di raccordo.

Nell’ attesa di estendere alla fatica multiassiale un criterio
energetico di volume valido per intagli caratterizzati da bas-
si vaori del raggio di raccordo [20], questo lavoro utilizza
un criterio energetico di punto, basato sui fattori teorici di
concentrazione delle tensioni atrazione e torsione. Si consi-
derano quindi solo i risultati delle provette intagliate, non
quelli relativi a materiale base, esi effettuaunasintesi basa-
ta sul valore massimo puntuale della densita di energia tota-
le di deformazione, operando un’ estensione non convenzio-
nale del criterio di Beltrami. Per confronto, la sintesi viene
poi estesa computando il valore massimo della densita di
energia deviatorica.

Ladensitadi energiatotae di deformazione, vautata al’ a-
pice dell’intaglio, pud essere espressa come segue:

AW, R I B Ul | 1

Bagidezen saale peamahztan

1 s s
Vilan Baca ponsalizzain

1.
|
i,
=
..3 I
_E, e ] |
| =
] « B=0, Pl |
E |
Hor - — By, Trtify® 1
-'%_ — Bz, S
= et I {1
£ i o e
Wika a lahen norueahzzata

Fig. 10 — Curve di rigidezza assiali (a) etorsionali (b) per i
provini intagliati soggetti a fatica multiassiale.

Fig. 10— Axial (a) and torsion (b) normalised stiffness for
notched specimens under multiaxial loading.

dove E e v sono ovviamente il modulo di Young eil coeffi-
ciente di Poisson del metterialeeAc;pel eAt, , sonoletensio-
ni elastiche di picco valutate sull’ apice del P ntaglio. Il para-
metro ¢, consente di stimare I"influenza del rapporto nomi-
nale di ciclo ed & definito come [Lazzarin et ., 13]:
'I-: : : wt —15R<0

o ()= ' 2
I - R - =R =1

f=HRr
Il parametro ¢, vale 0.5 e 1 per un valore del rapporto nomi-
nale di ciclo rispettivamente pari a R=-1 e R=0. Si riportain
figura 11 1"andamento di ¢, in funzionedi R [13].
L’ espressione (1), riscritta In funzione dei fattori teorici di
concentrazione delle tensioni, diventa:

C

2-E

AW, = S LR ¥ RS B ) R 03

©)

Allo stesso modo € immediato ricavare |’ espressione valida
per ladensita di energia deviatorica:

e

1+ %) 5
AW, = uul' !|I|::l .-;h'_l'__.l e 1. 1‘!\'.”__.- —
4

Tutti i dati sperimentali rielaborati in termini dell’ energia di
deformazione totale all’ apice dell’intaglio sono riportati in
figura 12, laddove é riportata anche la banda di dispersione
al 10 ed 90 % della probabilita di sopravvivenzaei risulta

AT, |
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Fig. 11 — Fattore cw in funzione del rapporto nominale di ciclo R
[13].

Fig. 11 — Coefficient cw as a function of the nominal load ratio R
[13].
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Fig. 12— Sintes dei risultati sperimentali in termini di densita di
energiatotaledi deformazione.

Fig. 12 — Fatigue strength data of the notched specimens givenin
terms of the total strain energy density at the notch tip.
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Fig. 13— Sntesi dei risultati sperimentali in termini di densita di
energia deviatorica di deformazione.

Fig. 13— Fatigue strength data of the notched specimens givenin
terms of the deviatoric strain energy density at the notch tip.

ti dell’analisi statistica: la pendenza k della curva di sintesi,
I"indice di dispersione T, il valore medio della densita di
energiadi deformazione totale a 2-:10° cicli.

L’ utilizzo come parametro di sintesi della densita di energia
totale di deformazione ha permesso di compattare i risultati
di tutti i test a fatica effettuati all’interno di un’unica banda
con fattore di dispersione pari a2.8. Se uno riconvertisse ta-
le fattore in termini di tensione fittizia, otterrebbe un T _ di
1.67, valore piuttosto soddisfacente visto che lasintes é sta-
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ta condotta con un semplice criterio di punto, coinvolgendo
rapporti di ciclo diversi e sollecitazioni assiali e torsionali
siain fase siafuori fase.

In figura 13 s riportano invece tutti i dati sperimentali rela-
tivi ai provini intagliati rielaborati utilizzando come parame-
tro di sintesi ladensitadi energia di deformazione deviatori-
ca valutata puntualmente sull’ apice dell’intaglio nell’ ipotesi
di comportamento lineare elastico del materiale.

Anche mediante I’ utilizzo della densita di energia deviatori-
ca é stato possibile compattare tutti i risultati in un’unica
banda con indice di dispersione dei dati pari a 2.9. La pen-
denzadellacurva, k, élastessanei due casi, mentre & diver-
so il valore di riferimento a 2 -10° cicli (0.83 MJm? per la
densitadi energiatotale e 0.77 per quella deviatorica).
Sebbene in questo lavoroi risultati dei test vengano sintetiz-
zati utilizzando criteri energetici puntuali, € opinione degli
autori che un approccio basato sull’ energia locale di defor-
mazione in un volume finito permetterebbe di compattare
tutti i risultati dei test in una singola banda con una disper-
sione dei dati sufficientemente ridotta. Nel prossimo para-
grafo si introdurraquindi il concetto di volume strutturale.

Il concetto di “volume strutturale elementare” fu introdotto
per la primavolta da Neuber [18]. Neuber propose di utiliz-
zare come grandezza critica per il cedimento latensione me-
diata su unalunghezza caratteristica del materiale e trovo un
legame fra tale grandezza e il fattore di riduzione dellaresi-
stenza afaticaK.

Lazzarin e Zambardi [19] utilizzarono proprio il valore me-
dio dell’energia locale per predire il cedimento statico e a
faticadi componenti indeboliti daintagli a spigolo vivo, con
angolo di apertura fortemente variabile. 1l raggio critico R,
del settore circolare (figura 14a) sul quale veniva mediata
I’ energia veniva espresso in funzione della tensione di rottu-
raedellatenacitaafratturaK . nel caso di sollecitazioni sta-
tiche, del limite di fatica e da AK, nel caso di fatica ad alto
numero di cicli. Il criterio e stato validato utilizzando molte
serie di dati sperimentali tratti dalla letteratura, relativi siaa
prove statiche su provini in PMMA e Duralluminio soggetti
amodo | e amodo misto, sia a prove di fatica condotte su
provini di acciaio intagliati e su giunti saldati [19].

Il criterio energetico proposto da Lazzarin e Zambardi [19]
per gli intagli a spigolo vivo pud quindi essere esteso a com-
ponenti indeboliti da intagli aV raccordati, considerando sia
la dipendenza dall’ angolo di apertura, siaquelladal rapporto
frail raggio critico, R, eil raggio di fondo intaglio, p [20].

E i

Fig. 14 — \Volume strutturale per intagli a spigolo vivo (a) e
raccordati (b).

Fig. 14 — Sructural volume for sharp (a) and rounded (b) V-
shaped notches

L’ espressione dell’ energia totale mediata sul volume struttu-
rale di raggio critico R, (figura 14b) e nel caso di intagli a
V raccordati, soggetti solo aModo I, € la seguente [20]:
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Nella espressione (5) o, € latensione massima presente
sull’ apice dell’intaglio e E il modulo di Young del materiale.
| valori di F sono riportati in Tabella5 al variare dell’ angolo
di aperturadell’intaglio, i valori di H sono riportati in Tabel-
la 6 per alcuni angoli di apertura e diversi rapporti R /p.
Unasintesi in termini di energialocale nel volume struttura-
le in presenza di sollecitazioni multiassiali, in fase e fuori
fase, &in corso d’ opera.

A causa dell’ elevata profondita dell’ intaglio non é stato pos-
sibile monitorare la propagazione delle cricche durantei te-
st. Sono state invece fotografate al microscopio elettronico a
scansione le superficie di fratturadei provini (figura 15).

Nei provini sollecitati a sforzo assiale e torsionale in fase,
indipendentemente dal rapporto nominale di ciclo, si sono
osservate due zone distinte corrispondenti alle due fasi della

Tabella 5 —Valori di F per
20,

F(2 diversi angoli di apertura
[rad] it [20].
0 0.7850 Table 5 —Values of F for
/3 0.6620 different notch opening angles.
27/3 0.8779
3n/4 1.0717

Tabella 6 — Valori di H per

diversi angoli di aperturae 20 R./p 1 _H
diversi rapporti R/p [20]. (rad) 9 v=0.3  v=0.35
Table 6 — Values of H for 0 001 05638 05432
different notch opening angles 0.05 0.5086 0.4384
and different values of R/p 01 04518 04322
ratio. 1 01314 01217
/3 0.01 0.6678 0.6436
0.05 05998 0.5769
0.1 0.5302 0.5087
1 0.1435 0.1349

rottura per fatica. In prossimitadell’ apice dell’intaglio vi era
la zona di innesco delle cricche che propagavano poi verso
I"interno del provino in direzione radiale attorno ad un asse
che non coincide con I asse longitudinale del provino. Nella
fatica ad alto numero di cicli il numero di cricche risultava
minore rispetto ai campioni sollecitati ad alto carico. Per
contro maggiore risultava laloro lunghezza. La propagazio-
ne delle cricche avvenivalungo superficie inclinate secondo
angoli differenti e diversi da+45° (angolo tipico di propaga
zione nel caso di provini sollecitati atorsione pura). Cio era
imputabile alla presenza combinata dello sforzo assiale e
torsionale. Infigura 15 e taloravisibile una zona piu opaca,
dovuta a cedimento statico per il raggiungimento della se-
zione critica di rottura. Tale zona non circonda I’ asse longi-
tudinale del provino.

Anche nei provini sollecitati a sforzo combinato assiale-tor-
sionale in presenza di sfasamento si osservavano sempre
due zone distinte. La zona pill opaca, corrispondente alla
rottura di schianto, € simile a quella riscontrata nel provini
sollecitati a fatica multiassiae in fase. Nella seconda zona,
corrispondente all’innesco e alla propagazione stabile delle
cricche, si osservava una differenza rispetto alle superficie
di fratturadei provini soggetti a carico combinato in fase: la
superficie appare piu levigata e non vi sono piu porzioni di
materiale che si sono staccate. Inoltre la propagazione delle
cricche avviene principalmente in direzione ortogonale al-
I"asse longitudinale del provino. In tutte le superficie analiz-
zate |le sporgenze risultavano arrotondate per | effetto dello
sfregamento dovuto alla sollecitazione torsionale.

Si riportano in figura 16 le foto effettuate allo stereoscopio
ottico delle sezioni longitudinali in prossimita dell’intaglio

2a H
v=0.4 (rad) RP =03 v=0.35 v=04
05194 213 001 05017 04836 04628
0.4652 005 04465 04298 04106
0.4099 01 03920 03767 0.3591
0.1110 1 01135 01079 01015
0.6157 34 001 04114 03966 03795
0.5506 005 03652 03516 0.3359
0.4842 0. 03206 03082 0.2938
0.1252 1 01037 00988 0.0932

Fig. 15— Immagini di alcune
superficie di frattura.

Fig. 15 — Some fracture surfaces.

B=0 m fase; N=47578

E.=0 fion fase; M=11668%

BLy=0 in fase: N=198903 Ro=1 infase, N=634302

o1 R fge, MN=68T276

Fly=-1 fuari fase, B=1112637
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Fig. 16 — Sezioni longitudinali al 100% della vita a fatica di due
provini soggetti a fatica multiassiale.

Fig. 16 — Longitudinal section of two specimens carried out to
failure under multiaxial loading.

di alcuni provini rotti. In particolare si osserva la differenza
di comportamento dei campioni soggetti a fatica multiassia-
lein fase e fuori fase. Nel primo caso s ha una ramificazio-
ne delle cricche con I'isolamento di porzioni di materiale
che tendono a staccarsi in prossimita dell’ apice dell’ intaglio
(figura 16a). In presenza di sfasamento si osserva invece
una propagazione delle cricche verso I'interno del provino
in direzione perpendicolare all’ asse, senza particolari rami-
ficazioni (figura 16b).

Inoltre si sono analizzati a microscopio i provini non rotti
per verificare |’ eventuale presenzadi cricche. In acuni pro-
vini che avevano raggiunto un numero di cicli pari a’5-109,
alcune cricche risultavano visibili allo stereoscopio ottico
(figura 17). La propagazione era avvenuta sia a bordo grano
sia con attraversamento del grano, senza una modalita di
avanzamento preferenziale.

E stata presentata una sintesi dei risultati di test a fatica ef-
fettuati su provini in acciaio C40 normalizzato. |1 comporta-
mento del materiale afatica é stato studiato con prove di fa-
tica atorsione e atrazione pura e unaloro combinazione, in
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fase e fuori fase. Sono stati presi in esame provini lisci e con
intagli aperti aV, con raggio di raccordo pari a 0.5 mm.

I comportamento a fatica del materiale in presenza di cari-
chi combinati di trazione e torsione € risultato sensibile solo
al rapporto nominaedi ciclo R, mentre |’ effetto del fuori-fa-
se e risultato essere trascurabile. Dopo aver presentato sin-
golarmente le curve di Wohler convenzionali, i dati relativi
alle provette intagliate sono stati sintetizzati in un’unica
banda, usando dapprima la variazione della densita di ener-
gia totale di deformazione al’ apice dell’intaglio, quindi la
variazione della densita di energia deviatorica. Il criterio
sarain futuro esteso a un volume strutturale, le cui caratteri-
stiche geometriche sono state qui definite.
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The paper presentsthe preliminary results of a research pro-
gram mainly oriented to the definition of methodol ogies for
the design of mechanical components subjected to mul-
tiaxial fatigue in the presence of small values of the notch
root radius. All results reported here were obtained from
specimens in C40 carbon steel (normalised state).

Firstly, the fatigue strength under fully reversed pure axial
and pure torsion loading was investigated by testing plain
and notched specimens; afterwards V-shaped specimens we-
re tested under combined traction and torsion loading, in-
phase and out-of-phase.

For all V-notched specimens, the diameter was 20 mm, the
notch depth and the opening angle were 4 mm and 90 de-
grees, respectively. Finally, the nominal value of the notch
tip radius was 0.5 mm.

In the presence of a such small radius the fatigue limit is no
longer controlled by the theoretical stress concentration fac-
tor K, and no simple correlation exists between K, and the
fatigue strength reduction factor K;, mainly because the not-
ch sensitivity index exhibits a large scatter, in particular un-

der torsion. On the other hand the value of the notch root
radius is too large for using an approach based on Notch
Sress Intensity Factors (N-SFs) for Mode | and 111, These
parameters froma theoretical point of view, are defined only
for sharp V-shaped notches.

Fatigue tests were carried out on a MTS 809 servo-hydrau-
lic axial-torsional testing device with an axial cell of 100
KN and a torsion cell of 1100 Nm. V-notched specimens we-
re tested under two nominal load ratios, R=-1 and R=0,
while keeping constant and equal to unity the biaxiality ra-
tio, A=0,/7,. Therefore four Wohler curves were obtained:
two curves for the in-phase loading (#=0), two curves for
the out-of-phase loading, with a phase angle equal to 90 de-
grees. During the tests both axial and torsional stiffness we-
re monitored.

After the fatigue tests, notch roots and fracture surfaces we-
re analysed by means of optical and electronic microscopy,
with the aim to allow a better interpretation of damage me-
chanics and fatigue crack nucleation and propagation.
Finally, all data from notched specimens were summarised
in two bands of limited scatter by using as parameters the
range of the total strain energy density present at the notch
tip or, alternatively, the range of the deviatoric strain energy
density. A future extension of a local- energy-based approa-
ch should consider the values of the energy over a finite vo-
lume surrounding the notch tip and no longer the maximum
local value of the strain energy density at the notch tip.
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