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1 INTRODUCTION 
 
Many structural materials are subjected to crack forming 
and propagation during their service life. These cracks in-
fluence the stress distribution in the component and can 
result in significant decrease of its strength. Because of 
the importance of safety and reliability, the crack prob-
lem has been of interest to a large number of researchers. 
Elastic stress field around a crack tip is usually written as 
a set of infinite series expansions as [1]: 
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RIASSUNTO: Dalla definizione classica dello stato di sollecitazione elastica in prossimità dell’apice di una 
cricca, il termine T costante nello sviluppo in serie del fattore di intensificazione degli sforzi esiste solo in 
presenza del modo I di carico. Tuttavia, recenti studi mostrano che il T-stress può esistere anche in condi-
zione di modo II, e modificare significativamente il campo di sforzi elastici presenti nell’intorno dell’apice 
della cricca. Questi effetti possono essere visualizzati e testati sperimentalmente col metodo della fotoelasti-
cità. In questo lavoro è proposto uno studio sull’influenza del T-stress in cricche sollecitate secondo il modo 
II e i suoi effetti sul campo di frange visibili sperimentalmente. I provini utilizzati sono dischi, chiamati Bra-
zilian disks, al cui interno sono contenute cricche centrali da analizzare: i risultati sperimentali indicano che 
questi tipi di provini contengono valori negativi di T-stress. I valori ottenuti sperimentalmente sono poi con-
frontati con i risultati di simulazioni numeriche. Per meglio interpretare le differenze tra valori sperimentali 
e numerici, sono inoltre state eseguite analisi FEM 3D: i risultati mostrano l’influenza della reale geometria 
del fronte sui valori dei fattori di intensificazione degli sforzi. 

ABSTRACT. According to the classical definition for in-plane modes of crack deformation, the constant 
stress term T exists only in the presence of mode I. However, recent studies show that this term can exist in 
mode II conditions as well, and significantly affect the elastic stress field around the crack tip. These effects 
can be visualized using the experimental method of photoelasticity. Based on the analytical studies, presence 
of the T-stress in mode II cracks transforms the isochromatic fringe patterns from symmetric closed loops to 
asymmetric and discontinuous shapes. In this paper, presence of the T-stress in mode II cracks and its effects 
on the fringe patterns is experimentally investigated. The test specimens are Brazilian disks containing very 
sharp central cracks: experimental results indicate that these specimens contain negative values of T-stress. 
Experimental values are then compared to numerical results. To better understand the differences between 
experimental and numerical values, a thee dimensional analysis is performed with the finite element method: 
results show the influence of the real geometry of the crack front on the stress intensity factors. 
 
KEYWORDS: sharp crack generation, curved crack tip, Brazilian disk specimen, T-stress, mode II loading. 
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front and enable to get an indication about the stress in-
tensity factors trend along a non-straight crack front. 
Crack curvature radius through the thickness is 10 mm, 
and the maximum extension of the crack is 2a=96 mm, 
indicated with a black thicker line in Fig. 9. The angle α 
between the direction of application of the compressive 
force (F=375N) and the crack line is 25.4°. This angle is 
chosen according to [4] in order to obtain pure mode II 
on the crack, considering the problem in 2D plane stress 
state. Displacements of the nodes in which the force is 
applied, are forced to be in line with the loading direc-
tion. 
Since the results in terms of KII are equivalent consider-
ing both the crack tips, only for one of them the mesh has 
been refined in the circumferential direction. In this way, 
it is possible to reduce the analysis run time, without 
loosing accuracy in the final result. 
The material of the disk in numerical model is the poly-
carbonate, with elastic modulus of E=2480MPa and Pois-
son’s ratio ν=0.38, according to [11]. Solid elements used 
for the modeling have a shape function of the second or-
der, with a midside node in each edge. This choice allows 
having more nodes despite a not excessively refined 
mesh. Moreover, the use of quadratic element is neces-
sary to use the quarter point technique [17, 18], that is to 
move the midside nodes next to the tip to ¼ of the edge 
length, which results in a better stress gradient in this area 
with singularity in the crack tip. Since good results are 
achievable with these elements even if the singularity is 
not well modeled on lines other than elements edges [19, 
20], no collapsed element is used. 
It should be mentioned that to get better results in J-
integral evaluation and consequently on stress intensity 
factors assessment, mesh directions should always be 
perpendicular to the crack front [21], avoiding distorted 
elements. However, the circular shape of the crack front 
causes a particular pattern for the mesh through the spe-
cimen thickness. As shown in Fig. 8, in the upper part 
form point A to B, the mesh is more regular and the ele-
ments of this region describe the radial directions per-

pendicular to the crack front. In the lower part, the arc 
geometry makes it impossible to draw a regular mesh, 
and the normal to the crack front is not coincident with 
the mesh direction. 
Numerical results are obtained starting from node 1 cor-
responding to point A to node 33 that is point C in Fig. 8. 
Convergence of J-integral and stress intensity results is 
obtained at the third contour. The trend of stress intensity 
factors can be graphically observed in Fig. 10 in function 
of the node distance from the surface. However, the stress 
intensity factor values obtained near to point C should not 
be taken into consideration, since elements present a high 
level of distortion producing low accuracy in the results. 
Values of the first three nodes are moreover invalid in the 
discussion, since the third contour integral cannot be cal-
culated and results are infected by the presence of the 
surface border. 

6 DISCUSSION 
 
The semi-natural cracks created with a mechanical shock 
after making brittle the polycarbonate in the liquid nitro-
gen, have a nonlinear curved tip through the thickness. 
When the specimen containing such a crack is subjected 
to mode II loading condition, the global deformation of 
the crack front is in-plane sliding in X-direction. Howev-
er, considering local coordinate systems n-t moving along 
the crack tip curve (see Fig. 11), the global displacement 
of the crack tip points will have two components. The 
normal component in n-direction leads to mode II; and 
the tangential component in t-direction implies that there 
is also mode III deformations in local view. 
In order to find the effect of specimen thickness on the 
numerical results, they can be compared with the pre-
vious results [4] obtained from 2D finite element model-
ing. For this aim, a new parameter KIIeq is defined as: 
 

2 2= +IIeq II IIIK K K  (8) 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figure 10. Stress intensity factors along the crack front in function of the depth. (-●- KI, -♦- KII, -▲- KIII, -x- KIIeq, __ KII-2DFEM 
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which presents the equivalent mode II stress intensity 
factor in X-direction of the global coordinate system. 
It can be noticed from Fig. 10 that KI is negligible with 
respect to KII and KIII for all the considered nodes. Also, 
KIII is initially less than KII. Increasing the curvature that 
is going toward points B and C, KIII values are increasing 
and finally becoming more than KII values. However, 
values of KIIeq remain about constant, except from surface 
nodes which are not valid as described before. The ob-
served difference between KIIeq and the result of 2D mod-
el [4] shows that the thickness of specimen affects the 
ideal plane stress conditions and leads to some errors in 
the photoelastic experiment results. 

7 CONCLUSION 
 
In this research, presence of the T–stress and its effects 
on the elastic stress field around a mode II crack tip were 
experimentally studied. Very sharp cracks were created 
in polycarbonate sheets by using a new method with dif-
ferent steps. The cracks obtained in this way are com-
pletely sharp, but the crack tip has a curved shape 
through the thickness of the specimen. Specimens were 
cut in the form of centrally cracked Brazilian disk speci-
mens. Photoelastic experiments were conducted on these 
specimens subjected to mode II loading conditions, to de-
termine from the isochromatic fringe patterns the crack 
parameters KI, KII, and T by using computer codes devel-
oped with the MATLAB software. Experimental results 
revealed that the specimens had negative T–stresses in 
mode II condition. 
The experimental results were consistent very well with 
numerical bidimensional predictions in that the T-stress 
significantly affects the symmetric shape of the fringe 
loops, and causes the loops to become asymmetric and 
discontinuous along the crack edges. 
However, there were some minor errors which could be 
related to the curved shape of the crack front through the 
specimen thickness. The effect of crack tip curvature on 
the crack parameters was also investigated by developing 
a 3D finite element model. The crack front was assumed 
to be in a circular arc form and, even if it is not com-

pletely correspondent to the real situations, aim of this 
model is to get an indication about the stress intensity 
factors trend along a non-straight crack front. 
The numerical results show that though the global defor-
mation of the crack is in-plane sliding (mode II), in local 
coordinates there are two shear components which are 
parallel and perpendicular to the crack front. That is, the 
crack tip points are subjected to a combination of mode II 
and mode III deformations. This local mixed mode condi-
tion can lead to some errors in the experimental results, 
which can be a source of difference of experimental re-
sults compared to the values of the finite element model. 
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1 INTRODUZIONE 
 
Nella letteratura recente è stato ampiamente dimostrato 
come la resistenza a fatica di giunzioni saldate ad arco in 
acciaio da costruzione o in lega leggera possa essere sin-
tetizzata in termini di fattori di intensificazione delle ten-
sioni o "Notch Stress Intensity Factors” (N-SIFs) [1-3]. 
Il problema della variabilità dei raggi di raccordo al piede 
e alla radice dei cordoni di saldatura viene superato 
nell’approccio N-SIF modellando i cordoni come intagli 
acuti a V; le distribuzioni di tensione in corrispondenza 
dei punti critici presentano quindi un carattere asintotico 
e gli N-SIF quantificano proprio la loro intensità. Poiché 
le distribuzioni sono sensibili alle dimensioni assolute del 
giunto, l’effetto scala è interamente conglobato nel valore 
dell’N-SIF [1-3].  
Quando l’angolo di apertura  2α dell’intaglio è abbastan-
za grande da rendere il modo II non singolare (2α>102°, 
condizione generalmente soddisfatta in tutti i giunti con 
cordoni d’angolo), il comportamento a fatica in presenza 
di sollecitazioni di trazione o flessione dipende solo dal 
fattore di intensificazione di modo I, ΔK1 [1-3]. Tale pa-
rametro, che era naturale pensare idoneo a controllare la 
fase di innesco delle cricche di fatica, è invece risultato 

efficace anche nell’operare una sintesi della vita finale 
dei giunti saldati; ciò accade perché nei campioni testati 
in laboratorio la maggior parte della vita a fatica è spesa 
come innesco e propagazione di cricche corte, localizzate 
all’interno della zona di singolarità governata dai campi 
asintotici iniziali [3].  
Gli N-SIF permettono di superare il complesso problema 
legato alla propagazione di cricche multiple e della loro 
possibile interazione su piani diversi, fenomeni variabili 
in funzione del tipo di sollecitazione e delle irregolarità 
presenti al piede dei cordoni. La Fig. 1 riassume numero-
si dati sperimentali in funzione del fattore di intensifica-
zione delle tensioni di modo I. La sintesi riguarda giunti a 
croce e a T, soggetti a trazione o a flessione e caratteriz-
zati da uno spessore dei piatti principali variabile tra 3 e 
100 mm. La variabilità dei piatti traversali risulta ancora 
più pronunciata, con uno spessore variabile tra 3 e 220 
mm. Le rotture si manifestavano sempre al piede dei cor-
doni di saldatura, in presenza di un angolo apertura di 
135° tra piatti principali e superficie inclinata dei cordo-
ni. 
Dal punto di vista teorico, la banda di dispersione riporta-
ta in Fig. 1 non può essere estesa a giunzioni saldate che 
manifestano rotture alla radice dei cordoni, né a giunzioni 
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con angoli di apertura al piede sensibilmente diversi da 
135°. Questo è dovuto al fatto che le unità di misura degli 
N-SIF cambiano proprio in funzione dell’angolo di aper-
tura. Il problema è stato superato in recenti lavori [4-9] 
usando come parametro rappresentativo della resistenza a 
fatica il valore medio della densità di energia di deforma-
zione ΔW calcolata in un volume finito centrato sul piede 
o sulla radice dei cordoni. In linea di principio tale ener-
gia è funzione dei fattori di intensificazione di modo I e 
di modo II nei casi piani [4], di Modo I, II e III nel caso 
di sollecitazioni multiassiali [6, 9].  
Una banda in termini di ΔW è stata inizialmente proposta 
nelle referenze [4, 5] sulla base di circa 300 dati speri-
mentali relativi ad acciai da costruzione saldati ed è stata 

successivamente verificata utilizzando altri 400 dati che 
si sono resi disponibili nel tempo [7].  
La stessa banda è risultata valida non soli per i giunti con 
cordoni d’angolo ma anche per i giunti saldati testa a te-
sta [8]. Una sintesi parziale è presentata in Fig. 2 relati-
vamente a giunti realizzati con acciai da costruzione, in-
teressati da rotture al piede e alla radice dei cordoni di 
saldatura [7-8]. 
L’indice Tw che fornisce la larghezza di banda riferita a 
valori medi +/- due deviazioni standard vale 3.3. Passan-
do dal range di densità di energia di deformazione a un 
range di tensione locale equivalente e ai livelli di proba-
bilità di sopravvivenza del 10-90%, l’indice scende a Tσ= 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figura 1. Resistenza a fatica di giunti saldati in acciaio e lega leggera in funzione del fattore di intensificazione delle tensioni di 
modo I. Geometrie a croce e a T, con cordone portante. Angolo di apertura di 135°; t spessore dei piatti principali; banda di di-
spersione relativa a valori medi ± 2 deviazioni standard (PS=2.3-97.7%). La Figura è tratta dal riferimento [7]. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figura 2. Resistenza a fatica in funzione del valore medio della densità di energia di deformazione presente in un settore semicir-
colare di raggio RC centrato sull’apice dell’intaglio a V [7-8]. Nel caso di giunti saldati realizzati con acciai da costruzione il rag-
gio critico RC vale 0.28 mm.  
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1.50, valore che caratterizza la banda normalizzata S-N di 
Haibach [10].  
L’obiettivo del presente lavoro è quello estendere l’uso 
del criterio dell’energia locale a un elevato numero di dati 
sperimentali tratti dalla letteratura [11-13] relativi a giunti 
saldati in acciaio con geometrie tridimensionali comples-
se e di confrontarli con la banda di dispersione già citata. 

2 PREMESSE ANALITICHE 
 
Il grado di singolarità 1-λi  dei campi di tensione in pros-
simità di intagli a V non raccordati varia in funzione 
dell’angolo di apertura (Fig. 3), riducendosi progressiva-
mente rispetto al caso di una cricca dove il grado di sin-
golarità è 0.5 per i modi di sollecitazione I e II [1, 14]. 
L’intensità delle distribuzioni di tensione asintotiche pre-
senti di fronte all’apice dell’intaglio a V non raccordato è 
generalmente espressa in funzione degli N-SIF.  
In un sistema in coordinate polari (r, θ) avente l’origine 
centrata sull’apice (Fig. 4), le distribuzioni lineari elasti-

che delle tensioni possono essere espresse in forma gene-
rale come: 
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sono le funzioni angolari e, infine, λ1 e λ2  gli autovalori 
del problema lineare elastico.  
Vale per gli N-SIF la seguente definizione [15]: 

[ ]

[ ]     )0,(lim2

)0,(lim2

2

1

-1

0→
2

-1

0→
1

λ
θ

λ
θθ

σπ

σπ

rrK

rrK

r
r

N

r

N

+

+

=

=

        (2) 

Nell’ipotesi di deformazione piana, l’energia di deforma-
zione mediata su un settore circolare di raggio RC che ab-
braccia l’apice dell’intaglio può essere espressa mediante 
la relazione [4-9]: 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figura 3. Grado di singolarità 1-λ  dei campi di tensione in prossimità di intagli a V non raccordati in funzione dell’angolo di 
apertura. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figura 4. Sistema di coordinate polari centrato sull’apice dell’intaglio. 
 

2α/π  γ/π λ1 λ2       I1           I2 

0 1 0.5000 0.5000 0.8450 2.1450 

3/4  5/8  0.6736 1.3021 0.6201 1.1505 

Tabella 1. Valore dei parametri presenti nelle equazioni (1-3) ottenuti con l’ipotesi di Beltrami e con un coefficiente di Pois-
son ν=0.3. 
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dove il coefficiente cw permette di tenere conto 
dell’influenza del rapporto nominale di ciclo R nel solo 
caso di giunti soggetti a distensione post-saldatura.  
Tutti gli altri parametri in gioco sono riportati in Tab. 1 
con riferimento al criterio della densità di energia totale 
di deformazione (ipotesi di Beltrami) e a un coefficiente 
di Poisson ν=0.3.  
Il parametro cw, definito in condizioni lineari elastiche, 
può essere ottenuto per mezzo delle seguenti relazioni 
[6]: 
 

( )
( )

( )⎪
⎪

⎩

⎪
⎪

⎨

⎧

≤≤

<≤
+

=

1R0 se
-R1
-R1

0R1-se
-R1

R1

Rc

2

2

2

2

w         (4) 

 

Passando da R=0 a R=-1, cw scende da 1.0 a 0.5; ad un 
dimezzamento della densità di energia locale corrisponde 
un aumento della resistenza a fatica in termini di tensione 
locale di un fattore 1/.707=1.41, simile al coefficiente 
empirico 1.33 suggerito dalla CNR UNI 10011. Ovvia-
mente, se i giunti non subiscono alcun trattamento di di-
stensione post-saldatura, la dipendenza dal rapporto no-
minale di ciclo R scompare e il parametro cw  deve 
considerarsi unitario. E’ noto infatti che nelle strutture re-
ali soggetti ad elevati stati di tensioni residue la resistenza 
a fatica è sostanzialmente indipendente dal rapporto no-
minale di ciclo [16]. 

3 RESISTENZA A FATICA DI GIUNTI 
SALDATI DI GEOMETRIA COMPLESSA 
BASATA SULLA DENSITA’ DI ENERGIA DI 
DEFORMAZIONE LOCALE 

 
Sono stati riconsiderati alcuni dati sperimentali relativi a 
particolari strutturali saldati in acciaio tratti da precedenti 
lavori [11-13]. I principali parametri geometrici così co-
me le condizioni di carico e di vincolo erano perfettamen-
te definite nei lavori originali e sono rappresentati sche-
maticamente in Fig. 5. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

(a)                                                                                            (b) 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

(c)                                                                                             (d)              
Figura 5. Geometrie dei giunti saldati analizzati. I dati originali fanno riferimento alle referenze [11-13]. Tutte le dimensioni sono 
in mm. 
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3.1 Dati di Maddox.  
La prima serie rianalizzata riguarda i dati di resistenza a 
fatica già discussi da Maddox [11]. I componenti utilizza-
ti nelle prove sperimentali consistono in giunti con un ir-
rigidimento longitudinale saldato su un solo lato del piat-
to principale, avente uno spessore di 12.7 mm (Fig. 5a) e 
realizzati in quattro differenti tipologie di acciai (i.e. Mild 
steel, BS 4360 Grade 50, S70  and QT445A). I compo-
nenti sono stati testati a trazione in condizioni as-welded 
utilizzando cinque differenti rapporti nominali di carico: 
R=-∞, -1, 0, 0.5 e 0.67.  
Tutti i componenti sono stati portati a completa rottura, 
fatta eccezione per il caso R=-∞ in cui la velocità di pro-
pagazione manifestava un decremento al propagare delle 
cricche di fatica; per questa serie i test erano stati arrestati 
prima del completo cedimento. In tutti i casi considerati 
la nucleazione delle cricche di fatica avveniva in corri-
spondenza del piede del cordone. 
 

3.2 Dati di Lihavainen e Marquis.  
I giunti ad irrigidimento longitudinale non portante già 
analizzati da Lihavainen e Marquis [12] sono rappresen-
tati in Fig. 5b. I giunti erano realizzati in acciaio S355 J0 
utilizzando piatti principali di spessore 5 mm e 8 mm. Le 
prove di fatica erano state condotte a trazione con un rap-
porto di ciclo pari a R=0.1. Per tutti i componenti consi-
derati la nucleazione delle cricche di fatica avveniva in 
corrispondenza del piede del cordone. 

 
3.3 Dati di Fricke e Doerk.  
L’ultima serie di dati sperimentali riguarda i giunti saldati 
sottoposti a sperimentazione da Fricke e Doerk [13] e 
rappresentati in Fig. 5c-d. I dati di resistenza a fatica era-
no stati ottenuti con prove di trazione (Fig. 5c) e di fles-
sione a tre punti (Fig. 5d). I dettagli saldati erano stati te-
stati sia in condizioni as-welded (con due differenti 
rapporti nominali di carico, R=0 and R=0.5), che stress-
relieved (con R=0).  

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figura 6. Esempio di modellazione del giunto ad irrigidimento longitudinale già analizzato da Maddox [11] (a) e del giunto cru-
ciforme già analizzato da Fricke e Doerk [13] (b); modelli complessivi e particolari relativi alla modellazione del volume struttu-
rale. 
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I componenti di Figura 5c testati in condizioni as-welded 
esibivano un comportamento a rottura anomalo; in molti 
casi infatti le cricche di fatica innescavano alla radice del 
cordone di saldatura, in corrispondenza della zona centra-
le del piatto principale, nonostante lo stato tensionale non 
fosse massimo in quel punto.  
Nei componenti stress-relieved invece, la nucleazione 
avveniva sia al piede che alla radice del cordone di salda-
tura. Infine, la maggior parte dei componenti rappresenta-
ti in Fig. 5d manifestava prevalentemente una nucleazio-
ne alla radice.  
Per riconvertire i dati sperimentali in termini energetici la 
densità di energia di deformazione è sempre stata valutata 
su un volume di controllo che abbraccia le zone di inne-
sco delle cricche di fatica indicate dagli autori nei lavori 
originali. 
La densità di energia di deformazione è stata ottenuta 
mediante analisi tridimensionali agli elementi finiti ese-
guite con il software Ansys  9.0®, modellando il volume 
di controllo come un settore circolare tridimensionale di 
raggio RC=0.28 mm, posizionato al piede o alla radice del 
cordone di saldatura (Fig. 6). 
Poiché i dati fanno riferimento sia a giunti sottoposti a 
trattamento di distensione delle tensioni residue (stress-
relieved) con R=0, sia a giunti testati allo stato as-welded 
con differenti rapporti nominali di carico (-∞<R<0.67), 
nella sintesi il coefficiente correttivo cW è sempre stato 
posto pari al valore unitario. 
Nella Fig. 7 i dati sperimentali riconvertiti in termini e-
nergetici sono confrontati con una banda di dispersione 
già riportata nella referenza [5]; l’accordo è molto soddi-
sfacente, tranne per alcuni dati relativi alle serie già ana-
lizzate da Maddox [11] e caratterizzati da un rapporto di 
ciclo pari a R=-∞ (pura compressione). 

L’indice di dispersione TW relativo alle probabilità di 
sopravvivenza PS=2.3% e 97.7% è risultato pari a 3.3 e se 
riconvertito in termini di tensione locale equivalente e 

probabilità di sopravvivenza PS=10% e 90% risulta 1.5, 
in perfetto accordo con la banda normalizzata suggerita 
da Haibach [10]. 

4 CONCLUSIONI 
 

Nel presente lavoro sono state considerate diverse serie di 
dati di resistenza a fatica tratti dalla letteratura e relativi a 
unioni saldate in acciaio di geometria complessa. Per tali 
serie risultavano precisati tutti i parametri che consentono 
di descrivere con precisione la geometria locale in corri-
spondenza del piede e della radice dei cordoni di saldatu-
ra. I dati sperimentati sono stati rianalizzati utilizzando 
un criterio locale basato sul valore medio della densità di 
energia di deformazione, criterio già messo a punto e ap-
plicato a giunti di geometria diversa, soggetti a trazione o 
flessione. Il metodo energetico consente di sintetizzare 
dati di resistenza a fatica indipendentemente dal punto di 
innesco delle cricche e dall’angolo di apertura al piede 
dei cordoni. 
I dati di resistenza a fatica, riconvertiti in termini di den-
sità di energia locale, sono stati confrontati con una ban-
da di sintesi recentemente proposta in letteratura. 
L’accordo con la banda di sintesi è risultato soddisfacen-
te. L’indice di dispersione, se riconvertito in termini di 
tensione media locale, piuttosto che in termini di densità 
media di energia locale, appare perfettamente in linea con 
le indicazioni fornite dalla banda normalizzata di Hai-
bach. 
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1 INTRODUZIONE 
 
I polimeri termoplastici rinforzati con fibre di vetro o di 
carbonio vengono sempre più frequentemente impiegati 
per la realizzazione di componenti soggetti a carichi an-
che rilevanti, grazie all’elevata resistenza specifica che ne 
consente l’impiego anche in sostituzione di materiali me-
tallici.  
L’effetto di rinforzo offerto dalle fibre consiste in un au-
mento di  rigidezza e di resistenza, statica e a fatica, che 
dipende sia dal rapporto di forma (diametro/lunghezza 
della fibra) sia dall’orientamento delle fibre rispetto alla 
direzione lungo la quale agiscono gli sforzi [1-4]. 
Lo stampaggio a iniezione è il processo tecnologico più 
diffuso per la produzione di manufatti realizzati con tali 
materiali. Le fibre vengono dapprima aggiunte al polime-
ro fuso durante un’estrusione. Tagliando gli estrusi si ot-
tengono i granuli (pellet), che vengono utilizzati per ali-
mentare la macchina per stampaggio a iniezione. In 
questa macchina, il polimero viene nuovamente fuso e le 
fibre, pertanto già inglobate nel materiale prima dello 
stampaggio, vengono trascinate dal flusso del polimero 
fuso nello stampo.  
Il flusso di riempimento, il cui comportamento dinamico 
è assimilabile a quello di un fluido ad elevata viscosità, 
determina complesse interazioni che risultano: 

- in una frantumazione, per cui la distribuzione 
delle lunghezze delle fibre assume l’andamento 

tipico di una distribuzione di Weibull, come indi-
cato in Fig. 1(a) per un provino standard; 

- in una forte influenza del comportamento dina-
mico del flusso sulla disposizione delle fibre, che 
si dispongono secondo orientamenti preferenzia-
li, Fig. 1(b).  

In particolare, il profilo di velocità del flusso presenta 
una zona a gradiente elevato in prossimità delle pareti 
dello stampo ed una zona a profilo tendenzialmente uni-
forme nella parte centrale dello spessore della cavità dello 
stampo. Di conseguenza, nei volumi di materiale che al 
centro sono soggetti principalmente a deformazioni tra-
sversali, le fibre tendono a collocarsi in direzione perpen-
dicolare al flusso di iniezione, mentre in prossimità delle 
pareti le fibre tendono a disporsi parallelamente al flusso, 
per effetto degli sforzi di taglio. 
Le condizioni fluidodinamiche che si vengono a creare 
durante il processo di iniezione definiscono quindi gli o-
rientamenti delle fibre (FOD, Fibre Orientaton Distribu-
tion) che a loro volta determinano le proprietà meccani-
che. A titolo di esempio, in Fig. 2 si possono apprezzare 
le differenze di resistenza, rispettivamente statica (a) ed a 
fatica (b), che i provini standard, caratterizzati 
dall’assenza dello strato centrale con fibre perpendicolari 
all’asse, presentano rispetto a provini aventi la stessa fra-
zione volumetrica in fibre, ma ricavati da lastra iniettata 
di testa, che presentano invece un marcato strato centrale. 

Analisi dell’anisotropia microstrutturale in materiali compositi rinforzati 
con fibre corte  
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RIASSUNTO. La microtomografia con luce di sincrotrone si è rivelata una tecnica particolarmente efficace 
per l’analisi della struttura risultante dalla distribuzione degli orientamenti assunti dalle fibre di rinforzo di 
compositi rinforzati con fibre di vetro. La ricostruzione dell'immagine tridimensionale ha consentito la vi-
sualizzazione della distribuzione spaziale delle fibre all'interno della matrice polimerica anche nel caso di 
fibre di piccole dimensioni (diametro medio di 10 micrometri). E' stato quindi possibile misurare le differen-
ze nell'orientamento delle fibre nei differenti strati di un campione utilizzando metodi basati sulla valutazio-
ne del Mean Intercept Length (MIL) e del fabric tensor. La tecnica descritta è stata applicata a un campione 
di poliammide 6 rinforzato con il 30% di fibre corte di vetro ricavato da lastra. 
 
ABSTRACT. Synchrotron light microtomography has proved to be particularly efficient in order to analyze 
the microstructural characteristics in terms of reinforce fibre distribution and orientation in glass fibre rein-
forced composites. The spatial distribution of fibre within the polymeric matrix could be detected even in 
case of fibre characterized by a small diameter (10 micrometers average diameter). Differences in orienta-
tion distribution within a sample could be measured using the Mean Intercept Length (MIL) and the fabric 
tensor. The results presented herein refer to a sample of a 30% by weight glass fibre reinforced polyamide 6, 
extracted form a thin plate. 
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La caratterizzazione delle distribuzioni di lunghezze e o-
rientamento delle fibre costituisce quindi il primo passo 
per poter trasferire i risultati delle prove eseguite su pro-
vini standard a componenti reali, che inevitabilmente pre-
sentano geometrie più complesse.  
Se da una parte la determinazione della distribuzione del-
le lunghezze delle fibre appare relativamente semplice, in 
quanto è sufficiente separarle dalla matrice polimerica 
per analizzarle successivamente al microscopio, più com-
plessa appare la caratterizzazione della distribuzione de-
gli orientamenti.  
Da un punto di vista teorico, Advane e Tucker [6] hanno 
introdotto una formulazione tensoriale per la previsione 
delle orientazioni assunte dalle fibre, ipotizzate di lun-
ghezza e diametro uniforme, in seguito al moto viscoso 
all’interno della matrice polimerica.  
La tecnica sperimentale più diffusa è distruttiva e consiste 
nell'analisi di una serie di sezioni di un campione di ma-
teriale opportunamente preparato al microtomo [7,8]. 
L’orientazione viene ricostruita a partire dall’eccentricità 
della traccia ellittica della sezione della fibra. Questa tec-
nica presenta un'elevata incertezza nella misura degli an-
goli di orientamento, legata da un lato alle difficoltà nella 
preparazione del campione a causa della inevitabile fran-
tumazione dei bordi delle fibre, dall’altro alla necessità di 
analizzare più sezioni adiacenti per discriminare tra i di-
versi angoli che possono corrispondere ad un’unica trac-

cia. Lo sviluppo di tecniche di microscopia confocale [9] 
ha permesso in parte di superarne in parte le limitazioni, 
permettendo di focalizzare piani sottostanti il piano di se-
zione, fino ad una profondita di 150 μm, mantenendo tut-
tavia la necessità di sezionare il campione nella zona d'in-
teresse.  
Le tecniche radiografiche non sono distruttive, ma per-
mettono di analizzare solo la proiezione delle fibre sul pi-
ano della lastra [10], per cui l’analisi risulta corretta solo 
per distribuzioni piane di fibre. Per ottenere una ricostru-
zione tridimensionale completa è necessario ricorrere a 
tecniche di microtomografia computerizzata [11]. Anche 
in questo caso, però, un approccio legato all’analisi diret-
ta di ogni singola fibra è possibile solo se le fibre sono re-
lativamente poco numerose e di diametro sufficientemen-
te grande rispetto alla risoluzione del sensore.  
Come descritto in questa memoria, nella particolare ap-
plicazione al caso di compositi rinforzati con fibre di ve-
tro, la microtomografia con luce di sincrotrone si è rivela-
ta una tecnica particolarmente efficace, consentendo 
l'impiego di tecniche radiografiche in contrasto di fase, in 
grado di rendere visibili anche piccole disomogeneità 
all'interno del campione. La ricostruzione dell'immagine 
tridimensionale ha consentito la visualizzazione della di-
stribuzione spaziale delle fibre all'interno della matrice 
polimerica anche nel caso di fibre di piccole dimensioni 
(diametro medio di 10 micrometri). E' stato quindi possi-
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Figura 1: Distribuzione delle lunghezze [2] (a) e degli orientamenti (b) delle fibre nel processo di iniezione [5]. 

 

Figura 2: Resistenza statica (a) e a fatica (b) in provini standard e ricavati da lastra iniettata di testa [2]. 
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bile misurare le differenze nell'orientamento dei differenti 
strati di un campione utilizzando metodi comunemente 
impiegati in altri settori, quali la geologia [12] e biologia 
[13], basati sulla valutazione di parametri legati alla di-
stribuzione di fasi diverse in un volume, come ad esem-
pio il Mean Intercept Length (MIL) o il fabric tensor, che 
sono stati applicati a un campione di poliammide 6 rin-
forzato con il 30% di fibre corte di vetro. 

2 MATERIALI E METODI 
 
2.1 Campione 
Il materiale analizzato è un composito a matrice polime-
rica termoplastica, poliammide 6, in cui il rinforzo è otte-
nuto mediante miscela del 30% in peso di fibre di vetro di 
tipo E aventi diametro medio di 10 μm (PA6 GF 30). 
Come già citato, la lunghezza delle fibre presenta una di-
stribuzione di tipo Weibull. Il valore medio della lun-
ghezza delle fibre dipende dalle condizioni di stampag-
gio, dalla complessità dello stampo e dalla 
concentrazione di fibre e oscilla generalmente tra i 200 e 
i 300 μm, mentre le lunghezze massime possono rag-
giungere anche i 1,5 mm.  
Il campione oggetto delle misure è un parallelepipedo di 
base 3,2 mm x 4 mm e altezza 12 mm estratto, come ri-

portato in Fig.3, da un provino a sua volta ricavato una 
lastra iniettata di testa come indicato in Fig.4, di dimen-
sioni 120 x 180 mm e 3,2 mm di spessore, utilizzata per 
le prove di fatica descritte in [2].  
In queste condizioni è noto che le fibre nella zona centra-
le del provino (core) tendono ad orientarsi perpendico-
larmente al flusso d’iniezione, mentre ai lati di questa 
(shell), lungo quasi tutto lo spessore, la disposizione delle 
fibre è parallela al flusso d’iniezione, come rappresentato 
schematicamente in Fig.5a sulla base dell’immagine otte-
nuta al microscopio ottico di una sezione perpendicolare 
al flusso d’iniezione. Infatti, come è possibile osservare 
in Fig.5b, in quasi tutta la sezione del provino la traccia 
delle fibre nel piano di sezione è approssimativamente el-
littica o circolare, ad indicare che le fibre sono state inter-
secate perpendicolarmente dal piano di taglio, mentre in 
uno strato centrale di circa 200 μm di altezza sono ben 
visibili numerose fibre parallele al piano di sezione. 
Nelle lastre, caratterizzate da una larghezza della sezione 
trasversale molto maggiore rispetto allo spessore, le con-
dizioni fluidodinamiche durante l’iniezione sono molto 
diverse da quelle che si verificano durante l’iniezione del 
provino con geometria standard, in cui le superfici dello 
stampo sono molto più vicine tra loro. La diversa struttu-
ra assunta dalle fibre di rinforzo in conseguenza delle di-
verse condizioni del flusso di iniezione determina diffe-

 

Figura 3: Provino, di spessore 3.2 mm, da cui è stato ricavato il campione di materiale analizzato 
 

Figura 4: Lastra da cui è stato estratto il provino  
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renze nelle proprietà meccaniche, come riportato in Tab. 
1. La caratterizzazione dell’orientamento delle fibre rap-
presenta pertanto il primo passo per poter predire e mo-
dellare rigidezza e resistenza del composito nel compo-
nente reale. 
 
2.2 Acquisizione dati 
La micrografia con radiazione di sincrotrone è una tecni-
ca ideale per l’analisi sperimentale della microstruttura di 
materiali compositi rinforzati con fibre corte, essendo li-
bera dalle limitazioni tipiche degli approcci tradizionali 
menzionati nell’introduzione.  

Le analisi sono state condotte presso la linea di luce 
SYRMEP, installata presso il sincrotrone di Trieste (Elet-
tra) e dedicata all’imaging con raggi X monocromatici 
con energia selezionabile fra i 9 ed i 35 keV. 
Il fascio originato da uno dei magneti curvanti di Elettra 
viene reso monocromatico da una doppia riflessione su 
cristalli di Si(111) e raggiunge la stazione sperimentale 
(Fig. 6), che ospita campione e rivelatore.  
L'alta coerenza spaziale della sorgente consente di appli-
care tecniche innovative che utilizzano anche l'informa-
zione legata alle variazioni di fase subite dalla radiazione 
nell'attraversare il campione, che consentono di mettere 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Campione Rm 

[MPa] 
E 

[MPa] 
Deformazione a rottura  

[%] 
ISO 527-2 104.8 (± 0.6) 5846 (± 139) 6.78 (± 0.15) 

Estratto da lastra 89.5 (± 3.6) 4607 (± 114) 6.47 (± 0.73) 
 
Tabella 1 – Valori di resistenza a trazione, modulo elastico e allungamento a rottura di campioni di PA6GF30: confronto tra pro-
vino standard ISO 527-2 e provino estratto da lastra iniettata di testa. 

 

(a)                                                                     (b)
 

Figura 5: Campione di PA6 GF 30 estratto da una lastra di 3,2 mm di spessore: (a) schema della distribuzione delle fibre (MDF = 
direzione del flusso d’iniezione) e (b) particolare della distribuzione delle fibre nella zona centrale da immagine ottenuta al micro-
scopio ottico di una sezione perpendicolare al flusso d’iniezione (fibre in nero). 

Figura 6: Set-up sperimentale per microtomografia con camera a ionizzazione all’uscita del fascio di raggi X, tavola girevole con 
un campione di materiale, rivelatore. 

Camera a ionizzazione 
misura l’intensità del fascio

Tavola girevole con 
campione di materiale

sseennssoorree  
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particolarmente in evidenza i bordi di disomogeneità an-
che molto piccole.   
La radiografia convenzionale registra le proprietà di as-
sorbimento dei raggi X da parte di un oggetto. Il contra-
sto dell’immagine è generato dalle differenze di densità, 
composizione e spessore del campione e si basa esclusi-
vamente sul rilievo della variazione di ampiezza dei raggi 
X che lo attraversano. Il limite principale di questa tecni-
ca consiste nel basso contrasto intrinseco dei materiali a 
basso numero atomico (per esempio i tessuti molli) o, più 
in generale, dei materiali con piccole differenze di assor-
bimento da punto a punto. 
In generale, quando la sorgente di raggi X è caratterizzata 
da un elevata coerenza spaziale, come è il caso delle sor-
genti di luce di sincrotrone, è possibile utilizzare anche 
l’informazione legata alle variazioni di fase che la radia-
zione subisce attraversando un oggetto. Questi effetti, so-
prattutto a basse energie,  sono preponderanti rispetto a 

quelli connessi all’assorbimento e rendono visibili anche 
piccole disomogeneità all’interno del campione.  
Numerosi approcci alla radiologia phase-sensitive sono 
stati riportati in letteratura  e, tra questi, la radiografia in 
contrasto di fase (PHC, PHase Contrast) si caratterizza 
per la sua semplicità di implementazione: è sufficiente, 
infatti, porre il rivelatore  ad una opportuna distanza dal 
soggetto da analizzare [14, 15]. La linea di luce è equi-
paggiata per la microtomografia computerizzata ad alta 
risoluzione (micro-CT), una delle più avanzate tecniche 
non distruttive di indagine, in grado di visualizzare la 
struttura interna di diversi materiali [16]. Questa tecnica 
consiste nell'acquisire un grande numero di proiezioni ra-
diografiche PhC (nel nostro caso 720) ottenute a diverse 
posizioni angolari del campione, collocato su una tavola 
rotante rispetto alla sorgente, fino a coprire una rotazione 
totale di 180°. Applicando un algoritmo basato sul meto-
do della retro-proiezione filtrata, dalle proiezioni angolari 
ottenute si ricostruiscono le diverse sezioni trasversali 
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             Ricostruzione tomografica 2D                                                           Volume 3D 
 
Figura 7: Ricostruzione tridimensionale di un volume cubico di lato 1,8 mm, a partire dalle ricostruzioni tomografiche 2D. Le 
fibre appaiono di colore chiaro.
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Figura 8: Conteggio delle intersezioni tra linee della griglia e passaggi di fase fibra-matrice per due diversi orientamenti della 
griglia di misura. 
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(slices) che riproducono la struttura del campione. Com-
binando una serie di slices si ottiene una rappresentazione 
volumetrica (Fig.7). 
Rispetto ad una sorgente convenzionale, la luce di sincro-
trone consente di migliorare la qualità dell'immagine, evi-
tando effetti legati all'indurimento del fascio e consenten-
do misure quantitative sul campione in esame. Il 
rivelatore disponibile presso la stazione sperimentale del-
la linea di luce SYRMEP è una CCD camera (Photonic 
Science XDI-VHR 1:2), 4008*2672 pixels di lato 9 μm 
accoppiata mediante un taper di fibre ottiche ad uno 
schermo di ossisolfuro di gadolinio dello spessore di cir-
ca 5 micron 12 bit. La massima risoluzione spaziale at-
tualmente ottenibile, pari circa alla dimensione del pixel, 
si posiziona al limite inferiore delle possibilità di indivi-
duazione delle fibre di rinforzo (vetro o carbonio). Queste 
risultano però ben evidenziate nelle tomografie grazie 
all’impiego, della radiografia in contrasto di fase. 
 
2.3 Analisi dell’anisotropia 
La quantificazione delle differenze nella disposizione 
delle fibre evidenziate dalla ricostruzione del campione 
passa attraverso l’analisi delle caratteristiche di anisotro-
pia del volume analizzato. 
Nel campione esaminato, dimensioni e numerosità fibre 
rendono difficilmente percorribile un approccio basato 
sull’analisi diretta di ogni singola fibra, come quello se-
guito da Shen et al. [11] per fibre relativamente poco nu-
merose e con diametri dell’ordine dei 100 μm. Si è quindi 
preferito caratterizzare globalmente l’anisotropia del ma-
teriale, rinunciando a determinare l’orientamento di ogni 
singola fibra.  
In letteratura non esiste una definizione univoca di misu-
ra dell’anisotropia, ma vengono suggeriti diversi metodi 
che fanno riferimento a grandezze diverse: a seconda del 
parametro che viene utilizzato, il risultato ottenuto può ri-
sultare più o meno adatto a caratterizzare la struttura e-
saminata [17]. 
La caratterizzazione proposta in questo lavoro utilizza un 
parametro, il Mean Intercept Length (MIL), comunemen-
te impiegato in biomeccanica [13], che per le sue caratte-
ristiche appare particolarmente promettente per descrive-
re la disposizione spaziale di fibre [18]. 
Il Mean Intercept Length, MIL, è la distanza media tra le 
interfacce delle due fasi di una struttura. Il principio alla 
base di questa misura consiste nel posizionare una griglia 
piana di lunghezza L ed orientamento θ  sulla struttura bi-
fase e contare il numero I di intersezioni tra le linee della 
griglia ed i passaggi di fase, nel nostro caso fibra-matrice, 
come illustrato in Figura 8. 
Il MIL è quindi dato da  
 
 
                    (1) 
 
ed è funzione dell’orientamento della griglia lungo la 
quale viene effettuata la misura. Il valore di MIL sarà 
dunque più alto in corrispondenza della direzione prefe-

renziale di orientamento delle fibre, che corrisponde ad 
un minor numero di passaggi di fase.  
Ripetendo la misura n volte al variare dell’orientazione 
della griglia nello spazio, si possono rappresentare gli n 
MIL associati alle diverse direzioni in un diagramma po-
lare. Per i materiali a due componenti è possibile appros-
simare il luogo descritto con un ellissoide e quindi defini-
re una rappresentazione equivalente a un tensore definito 
positivo del secondo ordine, chiamato il fabric tensor del 
MIL. Gli autovettori di questo tensore rappresentano le 
direzioni principali dell’anisotropia, mentre gli autovalo-
ri, T1, T2, T3, costituiscono una misura della distribuzione 
della struttura intorno a queste direzioni. Per poter con-
frontare tra loro i risultati ottenuti in diversi campioni, i 
valori degli auto valori sono normalizzati imponendo che 
l’invariante primo sia unitario, vale a dire T1 + T2 + T3 = 
1. Un ulteriore parametro, utile per valutare quanto la 
struttura sia in effetti orientata in una direzione preferen-
ziale, è il Degree of Anisotropy  DA=T3 / T1.  
L’analisi dell’anisotropia mediante MIL è influenzata da 
diversi fattori che vengono discussi nel seguito. Il softwa-
re utilizzato è Quant3D [19]. 
 
Volumi di interesse 
L’analisi del MIL è stata eseguita all’interno di diversi 
volumi sferici estratti dal volume ricostruito come illu-
strato in Fig.9. 
I volumi analizzati sono porzioni del volume originale ri-
costruito, estratti rispettivamente nelle zone shell e core. 
La dimensione del volume di interesse (VOI), ove non 
diversamente specificato, è di 40x40x40 voxel3, pari a 
360x360x360 μm3. 
 
Segmentazione 
Per poter eseguire le misure di MIL, è necessario identifi-
care le due fasi, fibra e matrice, all’interno del volume di 
interesse, processo che viene indicato con il termine di 
segmentazione dell’immagine digitale.  
In generale non esiste un unico algoritmo di segmenta-
zione, ma è necessario scegliere la tecnica migliore per il 
problema specifico.  
Nel caso del campione analizzato in questo lavoro, è noto 
dal processo di fabbricazione che la frazione volumetrica 
delle fibre all’interno della matrice, FV/TV (Fibre Volu-
me/Total Volume), è del 15.7%. E’ stato per semplicità 
adottato un semplice algoritmo a soglia, posizionando il 
valore della soglia in modo tale da restituire il valore at-
teso di FV/TV nell’analisi dell’intero volume del cam-
pione ricostruito (396x343x431 voxel3, pari a 
3.564x3.087x3.879 mm3).  
Per le successive analisi delle diverse porzioni del mede-
simo campione che costituiscono i volumi di interesse, è 
stato sempre adottato lo stesso valore di soglia, determi-
nato nel modo precedentemente descritto. In questo modo 
è stato anche possibile rilevare addensamenti e rarefazio-
ni delle fibre nelle diverse zone del campione, che ap-
paiono come variazioni locali del valore di FV/TV. 
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Campionamento delle orientazioni 
Il risultato dell’analisi del MIL dipende dal numero di o-
rientazioni della griglia utilizzata per la misura. Il softwa-
re adottato consente all’utente di scegliere tra due possi-
bilità, rispettivamente 513 e 2049 rotazioni, distribuite 
uniformemente sulla sfera impiegata per la misura, come 
illustrato in Fig.10.  
Per minimizzare gli errori sistematici, il software impone 
al set di orientazioni predeterminato una rotazione casua-
le iniziale. L’influenza della rotazione random iniziale sul 
risultato della misura è riportata in Tab.2, che riporta i 
parametri del fabric tensor del MIL ottenuti in tre succes-
sive misure eseguite nella zona shell del campione, adot-
tando 513 orientazioni della griglia di misura ed 1000 li-
nee per ciascuna rotazione. 
Dal momento che per autovettori  ed autovettori valgono 
rispettivamente le relazioni cos2α +  cos2β + cos2γ = 1 e 
T1 + T2 + T3 = 1, viene introdotta una rappresentazione di 
questi parametri in grafici ternari, che hanno il vantaggio 
di consentire un’immediata visualizzazione delle caratte-
ristiche della disposizione del rinforzo all’interno della 
matrice (Fig.11). Facendo riferimento sia alla Tab.2, sia 
alla Fig.11, appare evidente che i risultati presentano una 
dispersione minima, per cui nelle analisi successive si è 
ritenuto sufficiente ripetere 3 volte ciascuna misura. 
Come già citato, il software utilizzato consente di effettu-
are la misura per 513 o 2049 rotazioni. L’influenza del 
numero di orientazioni e di linee misura sul risultato otte-
nuto, valutata sullo stesso volume utilizzato in preceden-
za per valutare l’influenza della rotazione random, è ri-
portata in Tab. 3 facendo sinteticamente riferimento al 
parametro Degree of Anisotropy, DA. Come nel caso pre-
cedente, la dispersione dei valori degli autovettori è tal-
mente bassa da risultare non visualizzabile. Anche 
l’influenza dei parametri esaminati sul DA risulta molto 
bassa, tranne nel caso di 513 orientazioni e 500 linee, cui 
corrisponde un campionamento insufficiente. Nella stessa 
tabella sono anche riportati i tempi di calcolo. Per le ana-
lisi successive sono state quindi adottate  513 orientazioni 
e 1000 linee di misura, che risulta essere la coppia di va-
lori che ottimizza i tempi di calcolo a parità di risultato. 

3 RISULTATI E DISCUSSIONE  
 
I diagrammi polari di  Figg.12 e 13 rappresentano i valori 
di MIL nelle 513 direzioni di misura in due volumi di 40 
voxel di lato estratti rispettivamente nella zona shell e 
nella zona core del campione. La scelta di tale dimensio-
ne è dettata dallo spessore dello strato core. Le figure ri-
portano anche le ricostruzioni delle fibre nelle zone ana-
lizzate. E’ riconoscibile la distribuzione delle fibre già 
descritta nell’introduzione, corrispondente allo schema di 
Fig. 5(a). Risulta pertanto confermato che la direzione 
preferenziale delle fibre nello strato di core è perpendico-
lare a quella delle fibre dello strato di shell, che a loro 
volta sono allineate al flusso d’iniezione.   

Come già citato, per i materiali a due componenti è pos-
sibile approssimare il diagramma polare del MIL con il 
fabric tensor del MIL, rappresentabile mediante un ellis-
soide. La Fig.14 permette di apprezzare gli errori com-
piuti nel passaggio da MIL all’ellissoide del fabric tensor. 
I parametri del fabric tensor del MIL, ottenuti dalla media 
di 3 prove, sono riportati in Tab. 4 e, graficamente, in 
Fig.15. I valori degli autovettori (direzioni principali) del 
fabric tensor consentono di verificare che le fibre si di-
spongono nello strato shell secondo direzioni preferenzia-
li ortogonali a quelle delle fibre nello strato core. 
 
Dimensioni e posizione del volume analizzato 
L’influenza delle dimensioni del volume analizzato 
(VOI) è stata valutata nella zona shell, di spessore mag-
giore rispetto alla zona core, utilizzando 3 volumi rispet-
tivamente di lato 40, 80 e 120 voxel. I risultati sono ri-
portati in Tab. 5 insieme ad una immagine dei volumi 
analizzati. 
In Tab.6 sono riportati i risultati ottenuti come media di 3 
prove sui VOI di lato 40 voxel, estratti da zone shell e 
core come indicato in Fig.15. Questi risultati mostrano 
come sia possibile determinare il grado di anisotropia dei 
campioni e coglierne le variazioni locali, per mezzo di 
una caratterizzazione globale del volume esaminato, non 
fibra per fibra. In particolare, in Tab.5 è possibile osser-
vare come al cambiare delle dimensioni del volume ana-
lizzato vi siano delle limitate variazioni del grado di ani-
sotropia, per cui all’analisi di un volume di dimensione 
inferiore corrisponde una caratterizzazione particolar-
mente locale della struttura. Variazioni analoghe si ri-
scontrano in Tab. 6, al variare della posizione di misura. 
E’ comunque da notare come in ogni caso due zone shell 
e core, siano caratterizzate da valori del grado di aniso-
tropia e direzioni preferenziali delle fibre nettamente di-
versi.  
Gli sviluppi di questa ricerca avranno come obiettivo la 
valutazione delle relazioni che intercorrono tra distribu-
zione delle fibre e proprietà meccaniche di componenti 
realizzati in polimeri rinforzati con fibre corte. La deter-
minazione della relazione tra costanti elastiche e autova-
lori e autovettori del fabric tensor non è immediata, in 
quanto le costanti elastiche sono descritte da un tensore 
del quarto ordine, mentre il fabric tensor è del secondo 
ordine. Cowin [20] ha sviluppato una formulazione per la 
determinazione delle costanti elastiche dell’osso trabeco-
lare sano, la cui applicabilità al caso di polimeri rinforzati 
con fibre corte verrà verificata nel proseguimento della 
ricerca. 
 
 
4  CONCLUSIONI 
 
Le proprietà meccaniche dei materiali compositi rinforza-
ti con fibre corte ottenuti per stampaggio a iniezione di-
pendono fortemente dalla distribuzione degli orientamen-
ti delle fibre di rinforzo.  Le tecniche comunemente 
impiegate per determinare l’orientamento delle fibre in 
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questi materiali presentano limitazioni essenzialmente le-
gate all’estrapolazione della distribuzione tridimensionale 
delle fibre a partire da immagini bidimensionali (radio-
grafie o micrografie di sezioni). L’impiego della tomo-
grafia in contrasto di fase con luce di sincrotrone ha per-
messo la ricostruzione della distribuzione tridimensionale 
delle fibre in un campione di poliammide 6 rinforzato con 
il 30% di fibre corte di vetro. La successiva analisi deli 
volumi ricostruiti mediante un software che implementa 
la misura del MIL indica che è possibile determinare il 
grado di anisotropia dei campioni e coglierne le variazio-
ni locali. Queste misure consentono una caratterizzazione 
globale del volume esaminato, non fibra per fibra. 
Gli sviluppi del lavoro presentato hanno come obiettivo 
la valutazione delle relazioni che intercorrono tra distri-
buzione delle fibre e le proprietà meccaniche di compo-
nenti realizzati in polimeri rinforzati con fibre corte. 
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