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RESUMO

Materiais compdsitos vem sendo amplamente estudados devido aos seus inimeros beneficios
em relacdo aos materiais metdlicos, principalmente a elevada razdo resisténcia/peso, bom iso-
lamento térmico e boa resisténcia a fadiga. Compdésitos laminados, foco do presente trabalho,
s@o produzidos pelo empilhamento de um conjunto de laminas, cada uma composta de fibras
unidirecionais ou bidirecionais imersas em uma matriz polimérica. As estruturas de materiais
compdsitos apresentam comportamento ndo linear, tanto fisico quanto geométrico. Devido a
elevada resisténcia, estruturas de material compdsito tendem a ser bastante esbeltas, podendo
apresentar grandes deslocamentos e problemas de estabilidade. Adicionalmente, a conside-
racdo da ndo linearidade fisica também é importante para a simulacdo de falha de estruturas
laminadas. Um dos modos de falha mais importantes destas estruturas € a delaminacdo, que
consiste no descolamento de duas 1aminas adjacentes. No projeto de estruturas laminadas, o
Meétodo dos Elementos Finitos € a ferramenta de andlise mais utilizada devido a sua robustez,
precisao e relativa simplicidade. A fim de permitir a andlise ndo linear de estruturas lamina-
das submetidas a grandes deslocamentos, foi desenvolvida neste trabalho uma formulacao de
elementos finitos sélidos laminados baseados na abordagem Lagrangiana Total. A simulacdo
do inicio e propaga¢do da delaminagdo foi realizada neste trabalho utilizando Modelos de Zona
Coesiva. Para este fim, foi desenvolvida uma formulacio de elementos isoparamétricos de inter-
face com espessura nula e utilizados diferentes modelos constitutivos para representar a relacao
entre as tensdes e os deslocamentos relativos das faces da trinca coesiva, incluindo tanto o caso
de modo I puro quanto de modo misto. As formulacdes desenvolvidas neste trabalho foram
implementadas no software de codigo aberto FAST utilizando a filosofia de Programacao Ori-
entada a Objetos. Estas implementacdes sdo apresentadas utilizando as convengdes da UML.
Virios exemplos foram utilizados para verificar e validar as implementagdes realizadas. Exce-
lentes resultados foram obtidos utilizando elementos solidos laminados na andlise de estruturas
de casca, mesmo empregando malhas com apenas um elemento s6lido na espessura. No que
diz respeito a delaminagdo, verificou-se que o uso de Modelos de Zona Coesiva requer muito
cuidado na escolha dos parametros utilizados na anélise, principalmente no que diz respeito
a relacdo tensdo-deslocamento relativo, tamanho dos elementos e método de integracao numé-
rica. Contudo, utilizando-se a integracdo de Newton-Cotes e elementos de interface de tamanho
adequado, obteve-se uma concordancia muito boa com resultados tedricos e experimentais dis-
poniveis na literatura. De forma geral, verificou-se que o modelo coesivo exponencial apresenta

maior robustez e eficiéncia computacional que o modelo bilinear.

Palavras-chave: Materiais Compdsitos, Método dos Elementos Finitos, Andlise Nao Linear,

Delaminac¢do, Modelos de Zona Coesiva.



ABSTRACT

Composite materials has been widely studied thought the years because of it benefits compared
to metals (elevated resistance/weight ratio, good thermal isolation and good fatigue resistance).
Laminate composites are the focus of this work. Produced by stacked layers of fibers embed-
ded on polymeric matrices, structures of composite materials presents material and geometrical
non-linear behavior. Because of it elevated resistance, composite materials allow designers to
create very slender structures which might present large displacements and stability problems.
Additionally, considering material non-linearity is also important for collapse simulation of la-
minated structures. One of the most important failure modes on laminated structures is delami-
nation. Delamination is the detachment of adjacent layers. On laminated structures simulation,
the Finite Element Method is one of the most used analysis tool. It is a robust, precise and
relative simple operating tool. Intending analyzing non-linear behavior of laminated structures
subjected to large displacements, was developed on this work a laminated solid finite element
formulation based on Full Lagrangian formulation. Simulation of delamination beginning and
propagation was developed on this work using Cohesive Zone models. To achieve this goal, an
isoparametric formulation of interface finite elements without thickness and many constitutive
models to represent the relation tension x displacement jump (relative displacement between
crack faces) were developed. These models consider pure mode I and mixed mode. The formu-
lations developed on this work were implemented on the open source finite element code FAST
using Oriented Object Programing philosophy. These implementations are presented on UML
conventions. Many examples were tested for verifying and validating all the implementations.
Excellent results were obtained using laminated solid elements on the analysis of a shell struc-
ture, even using meshes with only one element though thickness. On the delamination analysis,
was verified that Cohesive Zone Models are very sensible related to the parameters used on the
analysis, mainly tension x displacement jump model, size of elements and numerical integra-
tion. Spite of it, using Newton-Cotes integration and interface elements of appropriate size,
good agreements were obtained compared with theoretical results obtained on literature. In
general, was observed that cohesive exponential model presents greater robustness and compu-

tational efficiency than bilinear model.

Key-words: Composite Materials, Finite Element Method, Non Linear Analysis, Delamina-

tion, Cohesive Zone Models.
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1 INTRODUCAO

O uso de materiais compdsitos reforcados por fibras estd cada vez mais difundido
nos diversos ramos industriais, merecendo um destaque as industrias aeroespacial, naval, auto-
motiva e de transformacdo. Estes materiais apresentam como principais vantagens a elevada
resisténcia e rigidez especificas, o que permite a fabricacio de componentes estruturais de
alta resisténcia e baixo peso. Estes materiais possuem ainda outras caracteristicas importan-
tes, como alta resisténcia a fadiga, bom isolamento térmico e elevado amortecimento estrutural.
Estas industrias buscam elementos estruturais mais leves visando maior economia e melhores
desempenhos (melhor relagcdo peso x poténcia).

Dentre os diversos tipos de compdsitos existentes no universo de materiais conhe-
cidos, este trabalho tem como foco estudar o comportamento mecanico dos compdsitos lami-
nados. Estes sdo formados pela superposi¢do de vérias ldminas, onde cada lamina é formada
por um conjunto de fibras unidirecionais ou multidirecionais embutidas em uma matriz polimé-
rica!2.

Dentre os varios usos de compdsitos laminados, destacam-se 0os componentes es-
truturais como placas e cascas utilizados na fuselagem e asa de aeronaves, cascos de navios
e outras estruturas de convés e carrocerias automotivas. Encontra-se também a utilizacdo de
compdsitos laminados na industria de transformagdo na forma de vasos de pressdo para arma-
zenamento de fluidos, na fabricacdo de tubos, utilizados na indudstria quimica e petroquimica.
Tais tubos tém sido alvo de extensas pesquisas com o objetivo de desenvolver novos projetos de
gasodutos, oleodutos e risers de perfuracio e de produgio’=.

No projeto de estruturas laminadas, deve-se determinar os materiais que formarao
a combinacao fibra/matriz e 0 modo como as vdrias laminas serdo combinadas. Este Esquema
de Laminac¢do (layup) é composto do numero total de laminas a ser utilizado, dos materiais
que compde cada lamina, de sua espessura e do angulo de orientacao de suas fibras. Como o
nimero de arranjos possiveis € muito grande, pode-se projetar estruturas laminadas especificas
para as acOes externas atuantes, promovendo economia de material e acentuada diminui¢io no
peso total da estrutura®. Outro fator a ser considerado no projeto de estruturas laminadas diz
respeito a sua andlise estrutural. Uma lamina isolada, por ser a combinagdo de fibras, no caso
do presente trabalho, unidirecionais € uma matriz polimérica, apresenta um comportamento
ortotrépico de dificil modelagem”.

A metodologia de projeto convencional procura verificar os limites de resisténcia,
de forma a garantir que a estrutura possua capacidade de resistir as solicitacdes atuantes evi-
tando a ocorréncia de falha ou dano. Por outro lado, o conceito de projeto avancado visa, além
da verificacdo do limite de resisténcia, verificar a tolerancia de servigo da estrutura apds a veri-
ficagdo de falhas®. Portanto, a metodologia de dimensionamento avancado aborda a resisténcia
da estrutura, mesmo esta ja estando danificada. Isto inclui a previsdo do inicio e acimulo de

falhas na estrutura.



Os mecanismos de falha em compdsitos podem ser divididos em falhas intrala-
minares e falhas interlaminares. As falhas de fibra, de matriz e na interface fibra/matriz sdo
caracterizados como modos de falha intralaminar, pois ocorrem dentro de cada lamina. Por ou-
tro lado, a delaminag@o, correspondente ao descolamento de laminas adjacentes, se caracteriza
como uma falha interlaminar, pois ocorre entre duas laminas.

A delaminacdo € um dos tipos mais comuns de falha em compdsitos refor¢ados
por fibras devido 2 baixa resisténcia interlaminar destes materiais®. A delaminagdo pode surgir
sob vdrias circunstancias como em casos de cargas de impacto transversais a superficie do
laminado, defeitos de fabricacdo, como vazios e bolhas e devido a descontinuidades em uma
estrutura como furos ou bordos livres.

Um aspecto importante € que a perda de adesdo entre laminas € um defeito extrema-
mente dificil de detectar, o que torna dificil a realizacdo de manutencdes preditivas. Isto pode
acarretar acidentes e aumento do custo de projetos.

A delaminagdo pode causar uma reducdo significativa da rigidez a flexdo. Desta
forma, quando o laminado estd sujeito a cargas compressivas, pode ocorrer flambagem local
das laminas comprometendo a estabilidade da estrutura®. Contudo, é importante notar que a
ocorréncia do fendmeno da delaminag@o em si nao significa que a estrutura estd inutilizada, pois
mesmo com a rigidez reduzida o material ainda possui capacidade de carga. Portanto, modelos
que permitam simular a propaga¢do de trincas interlaminares podem fornecer as tolerancias de
projeto e as ferramentas de decisdo necessdrias para o reparo ou substituicdo de componentes
da estrutura.

Ferramentas de andlise confidveis e eficientes sdo necessarias para melhorar os pro-
jetos e torna-los mais econdmicos. Estas ferramentas devem permitir determinar o inicio do
processo de falha e a evolugdo da falha na estrutura. Algumas solugdes analiticas utilizando a
Mecanica da Fratura Linear Eldtica tem sido propostas para problemas simples. Entretanto, em
problemas de geometria complexa e onde diferentes materiais compdsitos estejam envolvidos
torna-se dificil recorrer a esta alternativa. Uma alternativa eficiente para contornar estas limi-
tacdes € a utilizacao de modelos de zona coesiva (MZC). Estes modelos simulam mecanismos
complexos de abertura e propagacao de trinca de forma simples e eficiente.

Neste contexto, 0 Método dos Elementos Finitos, que é o método mais utilizado na
andlise de estruturas de materiais compdsitos, torna-se uma alternativa vidvel para a solu¢do de
problemas reais complexos.

Motivado por estas questdes, decidiu-se desenvolver uma ferramenta capaz de si-
mular a delaminacdo em compositos laminados. Para que este objetivo fosse atingido, foi ne-
cessario formular e implementar em um software de cddigo aberto, elementos finitos s6lidos
laminados. O FAST (Finite Element Analysis Tool), software escolido para implementagao,
possui, além das ferramentas de andlise tradicionais, ferramentas de andlise para projetos utili-
zando compositos laminados.

Para que esta implementacdo também pudesse contribuir com as ferramentas de



andlise ja existentes no FAST, buscou-se implementar elementos finitos sélido laminado ndo
linear geométrico utilizando a formulacido Lagrangiana Total.

O segundo passo necessario para o desenvolvimento desta ferramenta foi a imple-
mentacdo de elementos de interface assim como as leis constitutivas necessdrias para simular a
delaminacdo.

Para que estes objetivos fossem atingidos, utilizou-se os conceitos de programagao
orientada a objetos (POO), assim como as ferramentas UML, sendo este um dos focos deste
trabalho.

Por fim, exemplos numéricos foram apresentados ao final desta discucdo com a
intencdo de validar os modelos implementados e discutir as particularidades de projeto de cada

modelo.

1.1 Organizacao da Dissertacao

A dissertacdo foi dividida em 7 capitulos. No Capitulo 2, serd apresentada um intro-
ducgdo aos materiais compositos refor¢ados por fibras, com destaque para o seu comportamento
mecanico. Assim, as matrizes constitutivas no sistema local e global e a matriz de transformacao
para esta mudanca de coordenadas serdo apresentadas. Também serd apresentada uma introdu-
¢do sobre os tipos de falha em compdsitos laminados assim como alguns critérios utilizados em
projeto para a previsao destas falhas.

O Capitulo 3 apresenta os conceitos e técnicas de andlise ndo linear de estruturas
importantes para o desenvolvimento deste trabalho, incluindo a formulacdo do Principio dos
Trabalhos Virtuais e a discussdo dos métodos incrementais-iterativos utilizados neste trabalho.
Em seguida, € apresentada a formulacio do elemento finito s6lido laminado desenvolvido neste
trabalho.

O Capitulo 4 aborda as questdes relacionadas a modelagem da delaminagdo. Inici-
almente, aplica-se o principio dos trabalhos virtuais para um meio descontinuo e a formulagado
do elemento de interface é apresentada. Em seguida, apresenta-se uma breve discussdo a res-
peito da termodinamica com varidveis internas e os requisitos que a 2a lei da termodinamica
impde sobre os modelos constitutivos. As leis constitutivas utilizadas para representar o com-
portamento da trinca coesiva sdo apresentadas e discutidas. Ao fim deste capitulo, € feita uma
discussdo sobre os parametros que influenciam as andlises utilizando elementos de inteface, seu
comportamento e recomendacdes praticas para a sua utilizacao.

O Capitulo 5 trata das questdes ligadas a implementa¢do computacional dos ele-
mentos finitos e leis constitutivas discutidas nos capitulos anteriores. Como o software FAST
utiliza a filosofia de programacao orientada a objetos, buscou-se, através das ferramentas UML
explicar a relacdo entre as classes deste software de elementos finitos contextualizando assim o
presente trabalho.

O Capitulo 6 contém os exemplos numéricos utilizados para validar os modelos
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computacionais implementados. Inicialmente, sdo apresentados exemplos mostrando o com-
portamento ndo linear geométrico do elemento sélido laminado. Estes exemplos levam em
conta tanto geometrias com curvaturas abatida como com curvaturas acentuadas. Em seguida,
sdo apresentados exemplos tratando do problema da delaminagdo. Alguns destes exemplos t€ém
por objetivo comparar a eficicia dos modelos implementados, assim como a influéncia dos para-
metros numéricos utilizados nas simulacdes. Também serd mostrada a influéncia dos diferentes
tipos de elementos implementados utilizados para a realizagdo das anélises.

O Capitulo 7 apresenta as conclusdes do trabalho e seus comentérios finais, além

de sugestdes para trabalhos futuros.
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2 MATERIAIS COMPOSITOS

Materiais compdsitos resultam da combinacao de dois ou mais materiais, em uma
escala macroscépica, com o objetivo de obter um novo material melhor que cada uma das
suas partes isoladamente?. O novo material, assim obtido, deve possuir homogeneidade se
analisado em nivel macroscépico. Portanto, devem ser utilizadas técnicas que propocionem a
correta combinagdo dos vérios componentes de um material compdsito, de modo a fornecer
homogeneidade e uniformidade ao seu comportamento mecanico. Materiais compdsitos podem
ser classificados de acordo com a forma de combinagao entre os dois ou mais materiais2. Assim,

uma primeira classifica¢do seria:

a) Compositos Particulados: Sdo aqueles que apresentam particulas macroscopi-
cas imersas em uma matriz (Figura 2a). Um cldssico exemplo de compdsito

particulado € o concreto.

b) Compésitos Fibrosos: Sdo formados por fibras longas imersas em uma matriz
que atua como transmissora de tensdes e protetora das fibras (Figura 2b). As
fibras mais utilizadas neste tipo de compdsito sdo as de carbono e vidro, imersas

em matrizes poliméricas, como resinas.

¢) Compésitos Laminados: Compostos de vdrias camadas, ou laminas, de diferen-
tes materiais, podendo, inclusive, serem de compdsitos fibrosos ou particulados

(Figura 2c).

Figura 1 — Diferentes tipos de materiais compositos.

(8] Compbeitn particulsde (b} Comnpdao de il Compdeito Laminado

Fonte: Rocha (2013)°.

2.1 Caracteristicas de um laminado

A lamina € o elemento bdsico para a construcdo de compdsitos laminados. Uma
lamina reforcada por fibras consiste em um conjunto de fibras, com uma orientacdo especifica
ou ndo, imersas em uma matriz polimérica. As fibras podem ser continuas ou descontinuas, uni-
direcionais ou bidirecionais, trancadas ou com distribuicao aleatéria, como ilustrado na Figura
2.
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Figura 2 — Tipos de laminas reforcadas por fibras.

{(¢) Fibras descontinuas (d) Tecido

Fonte: Reddy (2004).2

Um laminado é um conjunto de laminas empilhadas de tal forma que se alcance
uma rigidez e uma resisténcia maior que cada um dos materiais que formam o composto indi-
vidualmente.

No caso de aplicacdes de alto desempenho normalmente sdo utilizadas laminas que
possuem fibras paralelas (IAminas unidirecionais) com orientagcdo e espessura especificas.

A Figura 3 ilustra um exemplo de disposi¢ao das orienta¢des e empilhamento. Este,
€ conhecido como esquema de laminacdo ou stacking sequence. O desempenho estrutural dos
compositos laminados refor¢ados por fibras dependem do nimero de camadas, espessura das
camadas, resisténcia dos materiais envolvidos e esquema de laminagdo utilizado. O esquema
de laminac¢do define o arranjo dos angulos de orientacdo das camadas e sua sequéncia ao longo
da espessura do laminado, por exemplo, [o/B/Y/.../®], onde o é a orientacdo das fibras da
primeira camada, P é a orientag¢do das fibras da segunda camada e assim por diante. O Angulo
de orientacao € medido no sentido anti-hordrio a partir do eixo x, conforme mostrado na Figura
3. A numeracdo das camadas € feita de baixo para cima, no sentido positivo do eixo z, como

ilustrado na Figura 4.

Figura 3 — Orientacdo da lamina.

Fonte: Reddy (2004).2
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Figura 4 — Esquema de laminacao.

Fonte: Mororé6 (2013).°

Os laminados s3o geralmente classificados como cross-ply e angle-ply. Um lami-
nado é denominado cross-ply, quando possui fibras orientadas somente a 0° ou 90°. Assim, a
laminacdo [0/90/0/90/0] corresponde a um laminado cross-ply com cinco camadas. Quando
o laminado possui uma laminag¢do qualquer, em outras palavras, se o laminado possuir pelo
menos uma fibra orientada em um angulo diferente de 0° ou 90°, o laminado é denominado

angle-ply. Por exemplo, [30/90/ —45/0] é um laminado angle-ply com quatro camadas.

2.2 Comportamento mecanico de materiais compdsitos reforcados por fibras

Duas abordagens podem ser utilizadas na andlise do comportamento de uma lamina:

a) Micromecanica: considera os materiais constituintes da lamina, fibra e matriz,

de forma isolada, observando as interacdes entre eles.

b) Macromecanica: considera a combinac¢do das fibras e matriz como um material

homogéneo.

Neste trabalho os materiais compdsitos serdo estudados apenas em escala macros-
copica. Devido a presenga das fibras, os materiais compdsitos apresentam comportamento ani-
sotrépico no sistema global. No caso de laminas unidirecionais, i.e. com todas as fibras das
laminas paralelas, estes materiais apresentam um comportamento ortotrépico em relacdo a um
sistema de coordenadas local (x1, x2, x3), onde 1 € a direcdo das fibras, 2 é a dire¢do perpendi-
cular as fibras no plano da lamina e 3 € a direcdo transversal a lamina, como ilustrado na Figura
3.

O comportamento mecanico de materiais compdsitos antes da falha pode ser repre-

sentado de forma adequada utilizando a Lei de Hooke generalizada. Desta forma, a relacdo
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constitutiva no sistema do material pode ser escrita como:

( 3\ B T ( )

€1 Sit Si2 Si3 00 0 o1
) Si2 S22 S35 0 0 O (e7)
€3 Si3 S3 S 0 0 0 o3
= = € =85,0] (1
Y12 0 0 0 Sy O 0 T12
Y13 0 0 0 0 S55 O T13
\Y23) i 0 0 0 0 0 S66_ \ng}
onde S € a matriz de flexibilidade (compliance) do material, e o subscrito 1 indicam que as
componentes sido dadas no sistema local da lamina. Seus coeficientes sio dados por: 10
s L. Spo Y2 Voo Va_ Vi 1
11 B 12 oA £ 13 E B 22 E
V3o Vo3 1 1 1 1 2)
Spy=——-=—7"; Sy3=—_-; Saa = ——; Ss5 = ——3 Se6 = ——
¥ G G2

E3’ G2

Os indices usados nos coeficientes de flexibilidade, deformacao (g1, €3, €3, V23, V31
e Y12), € tensdes (O, G2, G3, T23, T31 € T12) devem-se a notacdo de Voigt. As varidveis Ey, E; e
E5 s@o os modulos de elasticidade nas dire¢Oes de orientacao das fibras, enquanto vi2, V21, V13,
V31, V23, V32 sdo os coeficientes de Poisson € G2, Gi3 € Ga3z sdo os mdodulos de elasticidade
ao cisalhamento. E importante notar que materiais eldsticos ortotrépicos possuem apenas nove

constantes independentes, pois os coeficientes de Poisson (V;;) devem satisfazer a relacdo:
= (=123 e i#)) 3)

uma vez que a matriz S € simétrica (S;; = S;;). Invertendo a relagdo mostrada na Equacdo (1),

tem-se:
( ) B T ( )
o1 On Or O3 0 0 O €1
(o)) Qi O» 0x O 0 O €
03 Oi3 O» 03 0 0 O €3
— = 01=0Q:¢ 4
Ti2 0 0 0 Qs O O Y12
T13 0 0 0 0 055 O Y13
\123 ) L 0 0 0 0 0 Q66_ \723 )
I —va3v32 V21 +V31V32 V3| +V21V32
O11 1 A ; Oz I A ; 013 3 A
I —Vvi3v3; V32 +Vi2V3] I —Vvi2vy
On=E A 03 =EF A 033 =E3 A (5)
Oss = G12; Ou = Gi3; Qs = G23

A =1-—V2V21 —V23V32 — V31V13 — 2V21V32V(3
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onde Q € a matriz de rigidez constitutiva da 1amina em seu sistema local.

Embora as relacdes mostradas representem o material em seu sistema de coorde-
nadas local, o equilibrio global do laminado serd feito em um sistema cartesiano global (x, y,
7). Assim, na combinacio das laminas, € necessdrio converter a relacdo constitutiva de cada
uma delas para tal sistema. A relag@o entre os dois sistemas de coordenadas pode ser dada pelo
angulo que determina a dire¢do das fibras da lamina, como mostrado na Figura 3.

A transformacdo entre as coordenadas pode ser estabelecida através de relagcdes

11

utilizando o angulo 6 de rotag¢do do eixo. Fazendo as operagdes matriciais '*, a transformagao

das deformacdes € definida por:

( ) B . 4 )
€1 l% m% n% Limy nily ming €y
& l% m% I’l% 12m2 l’lzlz mony €y
€3 l% m% n% [3m3 n3l3 msn3 €;
= (6)
Y12 20l 2mymy 2niny Limp+DLmy nily +nply myny +mony || Yy
Y13 21311 2msmy 2n3ny lsmy+1Lims n3ly +nils msng +mng Yz
(V23 2bl3 2mam3 2npn3 Lmz+I3my nolz+n3ly monz+mana | | Yy
onde /, m e n sdo os cossenos diretores dos eixos principais em relagdo ao sistema global:
Iy =cos(x,x1); my=cos(y,x1); ny=cos(z,x)
I, = cos(x,x); mp =cos(y,x2); np=cos(z,x2) (7)
I3 = cos(x,x3); m3=cos(y,x3); n3z=cos(z,x3)
A transformacao global-local pode ser escrita da seguinte forma:
g =Te (8)

onde T € a matriz de transformacdo de deformacdes definida na Equacao (6), e € é o vetor de de-

formagdes no sistema global. Utilizando o Principio dos Trabalhos Virtuais, pode-se mostrar 2
que:
0 = TT (o3 (9)

Finalmente, a relacdo constitutiva no sistema global do laminado pode entdo ser encontrada

utilizando as Equagdes (4), (8) e (9):
c=T'QTe = o0=Cse (10

onde C € a matriz constitutiva no sistema do laminado. A partir destes desenvolvimentos é
possivel obter as tensdes em cada ldmina do laminado. Assim, critérios de falhas podem ser

utilizados para prever até quais niveis de carregamentos a integridade estrutural de um laminado
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pode ser mantida. E importante lembrar que enquanto as deformacdes sao continuas, as tensdes

apresentam descontinuidades na interface entre laminas.

2.3 Falha Intralaminar

As falhas em laminados podem acontecer de duas formas: Intralaminar (falha den-
tro da ldmina) ou interlaminar (falha entre 1aminas). Este item apresenta os mecanismos de
falha ligados a falha intralaminar, sendo estes falha da fibra, falha da matriz e falha da interface
fibra-matriz’. Estes mecanismos governam a falha de uma lamina isolada e serdo discutidos a

seguir.

2.3.1 Falha da fibra

A falha da fibra acontece quando a tensdo na direc¢do das fibras é maior que a propria
resisténcia da fibra na mesma dire¢do. Os carregamentos que geram estas tensdes podem ser de
tracdo ou compressdo. No caso de uma lamina tracionada, a ruptura das fibras ocorre devido
a tragdo gerada no conjunto de fibras (escala macroscépica). Este efeito deixa a lamina com
a aparéncia de um pincel apés a falha'?. Quando a lamina é comprimida, a falha das fibras
podem ocorrer devido ao cisalhamento puro, a micro-flambagem ou devido a flambagem por

cisalhamento. A Figura 5 ilustra estes diferentes mecanismos de falha da fibra.

Figura 5 — Diferentes modos de falha da fibra.

|

Fratura da Fibra

Fonte: Knops (2008) 3.

2.3.2 Falha da matriz

A falha da matriz acontece quando as tensdes transversal ou cisalhante a fibra sdo
maiores que a resisténcia da matriz nessas dire¢cdes. Quando uma trinca aparece na matriz,
ela se propaga, perpendicular a fibra, de uma camada de fibra até a proxima camada de fibra,
gerando uma pequena regiao de descolamento entre a matriz e a fibra.

A ocorréncia da trinca ndo significa que a lamina est4 inutilizada, pois ocorre uma

redistribuicdo de tensOes entre a matriz e as fibras adjacentes de modo que s6 apds um certa
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quantidade de trincas na lamina (densidade de trincas) a rigidez da mesma € reduzida. A Fi-
gura 6 mostra os diferentes mecanismos de falha da matriz segundo os seus carregamentos. E
importante atentar que nem sempre a falha acontece em um plano paralelo ao plano de ag¢do da
forca. O plano onde a falha acontece (como resultado de uma combinagdo das tensdes atuantes)

¢ denominado plano de acdo 3.

Figura 6 — Diferentes modos de falha da matriz.

Tensdo
transversal

Cisalhamento Cisalhamento
Transversal Longitudinal

Compressio
transversal

Fonte: Knops (2008) 13

2.4 Critérios de falha

Os mecanismos de falha variam dependendo das propriedades dos materiais e dos
diferentes estados de tensdo ao qual o material é submetido. Andlises micromecénicas para a
obtencdo das resisténcias da fibra e matriz individualmente, foram inicialmente desenvolvidas.
Entretanto estes s6 podem prever o inicio da falha no laminado, ja que a resisténcia de uma
lamina é muito maior que as resisténcias individuais de cada parte.

Logo, fez-se necessério o desenvolvimento de critérios que pudessem prever o com-
portamento global da lamina, ja que a possivel interacio entre os mecanismos de falha fibra-
matriz dificultam a obtencao da resiténcia generalizada para um carregamento qualquer. Devido
a estes motivos, uma abordagem macromecanica ou fenomenoldgica para a falha é preferivel ’.

Do ponto de vista macromecanico, a resisténcia de uma lamina é uma propriedade
anisotrdpica, isto é, varia com a orientacdo. Por exemplo, é desejdvel relacionar a resisténcia ao
longo de uma direcdo arbitraria em relacdo a alguns parametros basicos. Uma lamina pode ser
caracterizada por um nimero bédsico de parametros de resisténcias com referéncia as dire¢oes
principais do material’. A Figura 7 mostra os parimetros de resisténcia basicos de uma lamina

de acordo com as orientacdes da fibra no plano.
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Figura 7 — Parametros de resisténcia bdsicos da lamina.
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Fonte: Pietropaoli (2012) 4.

As teorias de falha macromecanica para compoésitos foram propostas através da
adaptagao ou extensdo de teorias de falha isotrOpicas para levar em considera¢do a anisotropia

das resisténcias e rigidezes. Estas podem ser classificadas nos seguintes grupos:

a) Teorias ndo interativas: Modos de falha especificos sao previstos através da com-
paracdo individual das tensdes ou deformagdes na lamina com as resisténcias
correspondentes ou deformagdes ultimas. Nao sdo consideradas as interagdes
entre diferentes componentes das tensdes. Como exemplo, tem-se os critérios

da médxima tensao e maxima deformacao.

b) Teorias interativas: Teorias nas quais todas as componentes das tensdes sao in-
clusas em uma tunica expressdo. As falhas sdo previstas sem se fazer referéncia

ao modo de falha. Tsai-Wu e Tsai-Hill sdo exemplos dessas teorias.

c) Teorias parcialmente interativas: Sao critérios que identificam o modo de falha
(falha na fibra ou falha na matriz) e utilizam expressdes diferentes para cada

modo. Sdo exemplos deste tipo de critério: Hashin- Rotem e Puck.

1'6, inicialmente desenvolvida

Em 1965, Azzi e Tsai'®> adaptaram a teoria de Hil
para materiais ducteis anisotropicos homogéneos, para anisotropicos heterogéneos e compdsitos
frageis e introduziram a teoria de Tsai-Hill. Uma adapta¢ao do critério da tensdo maxima para
compésitos foi descrita por Kelly!” em 1966. Este usou para a previsio, a resisténcia fora do
plano para compésitos unidirecionais. Em 1971, Tsai e Wu'® introduziram a teoria totalmente
interativa de Tsai-Wu. Em 1973, Hashin e Rotem'? introduziram um critério parcialmente
interativo.

Nos ultimos anos muitas teorias vém sendo propostas. Estas teorias geralmente

combinam elementos das teorias citadas anteriormente com novos elementos. Muitas teorias
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sdo baseadas em suposi¢cdes de homogeneidade e no comportamento linear tensdo-deformagao
do material”.

Em 1996, Hinton e Kaddour?® organizaram um esforco mundial em busca de me-
lhores previsdes para falhas em compdsitos, ja que existia uma lacuna na exatiddo com que as
teorias conseguiam prever as falhas em estruturas laminadas?!.

A partir deste esforco, surgiu o WWFE (World Wide Failure Exercise) que pode
ser considerado os “jogos olimpicos"de falha em compdsito. A primeira parte deste exercicio
destinou-se a previsao de falha em compdsitos submetidos a estado plano de tensdes (WWFE-
1%2). A segunda parte deste exercicio dedicou-se a previsio de compésitos em estado triplo de
tensdo (WWFE-11%3).

Muitas teorias de falha sugiram, algumas apresentando excelentes resultados (Crité-
rio de Puck?*, Critério de Tsai-Ha?, Critério de Cuntze 26), entretanto ainda existe uma lacuna
referente a capacidade de previsdo dentro dos diferentes estados de tensdo ao qual um laminado

pode ser submetido.

2.5 Falha de laminados

A falha no laminado pode ser causada pela falha de uma lamina individual (falha
intralaminar) ou pela separagcdo de ldminas entre si (interlaminar).

A falha de um laminado pode ser definida pela falha da primeira lamina (first-ply
failure) ou da ultima lamina (ultimate-ply failure). A falha da primeira ldmina é uma abordagem
bastante conservadora. Esta considera que o laminado falha quando uma das laminas que o
constituem falhar. Para isso, conduz-se uma analise buscando o estado de tensdo em cada
lamina, sua resisténcia e selecionando um critério apropriado de falha da lamina.

Este critério assume que o laminado possui as mesmas propriedades e se comporta
da mesma maneira que uma lamina isolada. Isto é questiondvel, pois as caracteristicas de uma
lamina em um laminado sdo diferentes daquelas isoladas. Isso se deve principalmente as tensoes
residuais e aos defeitos que podem ser gerados no processo de fabricagio da mesma’.

Adicionalmente, verifica-se experimentalmente que os laminados podem suportar
cargas crescentes apds a falha de uma ou mais laminas. Isto ocorre, porque apds a falha de
uma lamina, as cargas resistidas por ela sdo redistribuidas para outras 1aminas que ainda nao
atingiram o seu limite de resisténcia. Este processo continua com as laminas falhando pro-
gressivamente com o aumento da carga até que seja esgotada a resisténcia de todas as 1aminas,

definindo a carga ultima (capacidade de carga) do laminado.



Figura 8 — Modelos utilizados para a representacao da falha progressiva.
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Os modelos para simulagdo da falha progressiva se dividem em modelos de degra-

dacdo brusca e modelos de degradacdo gradual, como ilustrado na Figura 8. Estes modelos

serdo discutidos a seguir.

2.5.1 Modelos de degradacao brusca

Os modelos de degradacdo brusca caracterizam-se pelo fato das propriedades da

lamina serem reduzidas bruscamente quando sua falha é detectada. A falha pode ser identificada

através de um critério de falha interativo ou ndo. Os modelos de degradacdo brusca mais comuns

s3027:

a) Degradagdo ndo interativa de propriedades: Caracteriza-se pela degradagdo do

moédulo de elasticidade na direcao da falha independentemente dos outros moé-

dulos de elasticidade, ou seja, se ouve falha da fibra degrada-se apenas o médulo

de elasticidade E. Esta degradagdo € modelada multiplicando a propriedade nao

danificada por um coeficiente de redugio da rigidez '8.

b) Degradacdo interativa de propriedades: Reduz simultaneamente as propriedades

relativas aquela direcdo de falha, por exemplo, caso a falha na lamina seja na

fibra, as propriedades degradadas serdo uma combinagdo entre E, Gy, Vi2.
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c) Degradacao total das propriedades (total ply discount): Reduz a zero todas pro-
priedades da lamina que apresentou falha, eliminando qualquer contribuicao da
lamina para a resisténcia do laminado?’. Este método & interessante para projeto
porque fornece uma estimativa do limite inferior (i.e. conservadora) da capaci-
dade de carga do laminado. Por outro lado, uma andlise realista da falha ndo é

possivel com este método simples?’.

Figura 9 — Falha progressiva.
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matriz a 90" matriz a 45° fibra a 0°

Fonte: Rocha (2013)°.

A Figura 9 apresenta uma representacdo esquemadtica da falha progressiva de um
laminado utilizando o modelo de degradagdo brusca, mostrando a falha da primeira lamina
(FPF) e a falha da tltima lamina (UF) para um laminado com fibras a 0°,45° e 90°. Verifica-se
que a primeira falha (FPF) normalmente corresponde a uma falha de matriz e a dltima a uma
falha da fibra.

2.5.2 Modelos de degradacdo gradual

Os modelos de degradacdo brusca apresentam uma natureza bindria, ou seja, levam
em conta somente o estado ndo danificado ou o estado de completa degradacdo (falha). Para
representar de forma mais precisa o acimulo e a progressao de certos modos de falha, as pro-
priedades dos materiais precisam ser degradadas gradualmente, baseada em sua natureza fisica.

Existem duas abordagens para a representacao destes problemas:

a) Degradacdo de propriedades baseadas nas varidveis de campos, caso em que

ao menos uma das propriedades é funcao dos campos envolvidos. Geralmente a
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funcdo degradacdo das propriedades dos materiais € fung¢do do histérico tensao

— deformagio?’.

b) Degradacdo das propriedades utilizando a mecdnica do dano, o valor do coefi-
ciente de reducgdo de rigidez é funcdo de fator de degradacao que mede dano no

material 2.

Os modelos de degradagdo gradual sdo geralmente dependentes do modo de falha. Uma abor-
dagem baseada na degradagao controlada pela deformac@o € ilustrada na Figura 10, onde dy € o
fator de degradacdo e E; representa a propriedade degradada. O caminho O-B-C representa uma
degradacdo brusca, enquanto o caminho O-B-D representa uma degradacao gradual (suavizada).
Uma motivagdo importante para o uso de modelos de degradagdo gradual é que a variacdo da ri-
gidez do laminado € mais suave que no caso da degradacdo brusca, melhorando a convergéncia

dos métodos numéricos de andlise ndo linear, como o Método de Newton-Raphson.

Figura 10 — Degradacio brusca x degradacdo gradual.
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Fonte: Rocha (2013)6

Embora os métodos utilizando a mecanica do dano continuo, com uma base fisica
mais solida, sejam os mais indicados para melhor avaliar a progressdao do dano, eles exigem
o conhecimento de um grande nimero de parametros experimentais de dificil obtencao. Tais
parametros geralmente nio sdo fornecidos por fabricantes e exigem ensaios de alto custo para
sua determinacdo 4.

Rocha®, utilizou com sucesso modelos de degradacdo brusca e gradual na andlise
ndo linear de cascas abatidas. Maiores detalhes sobre estes modelos podem ser encontrados em

seu trabalho.

2.6 Delaminacao

A falha interlaminar (mais conhecida como delaminacdo) consiste na separacio
(descolamento) de duas laminas adjacentes unidas através de uma matriz polimérica ou adesi-

vadas. E uma forma de falha predominantemente causada por defeitos de manufatura, impacto
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transversal de objetos, alta concentracdo de tensd@o em bordos livres ou descontinuidades geo-
métricas. Quando o laminado é submetido a cargas externas a delaminacdo pode se propagar,
levando ao colapso em uma carga inferior aquela que ocorreria sem delaminacdo. A Figura 11
mostra um ensaio para obter a energia critica de fratura em abertura transversal. Aqui é possivel

observar o comportamento macroscopico da propagacdo da delaminagdo.

Figura 11 — Teste para a obtencdo da energia critica de fratura em abertura transversal.

WM C

Fonte: Lahuerta (2014) 28

Existem duas linhas de projetos em compdsitos: A primeira visa evitar que a estru-
tura sofra o inicio da delaminagdo, enquanto a outra linha considera que, uma vez que o dano
esteja presente na estrutura, € importante determinar o nivel de tensao que aquela estrutura pode
suportar € como este defeito ird evoluir. Este tipo de projeto é baseado no conceito de Carga
Ultima (UL)

Um exemplo disto € a simulacao da evolug@o da delaminacgdo realizada para o caso
de defeitos prévios causados por impactos ou outros acidentes, onde uma certa delaminacao é
detectada por inspe¢des e € necessario determinar se a estrutura ainda pode operar ou se precisa
passar por reparos.

A delaminagdo pode ser gerada por tensdes fora do plano diferentes de zero (o,
Tyz» Tyz 7 0). Tensdes de cisalhamento interlaminar tendem a deslizar uma lamina sobre a sua
adjacente, enquanto tensdo de tracao (abertura) tende a separa uma lamina da outra transversal-
mente. Em ambos os casos a tensao interlaminar pode causar a separa¢do das laminas.

A tensdo interlaminar € fungdo principalmente da sequéncia de laminacao. Logo,
esta pode ser controlada através de um projeto adequado da mesma’. Existem dois tipos basicos
de delaminac¢io?®3?: Delaminagdes internas e delaminagdes superficiais.

Delaminacdes internas sao originadas nas camadas internas do laminado e podem
acontecer devido a interacdo entre a matriz polimérica trincada e a interface da fibra. Estas
reduzem consideravelmente a capacidade de carga da estrutura em compdsitos. Em particular,
quando cargas de compressao sao aplicadas, todo o comportamento a flexdo do laminado ¢ afe-
tado. Também sob compressao, estruturas esbeltas podem sofrer flambagem local, das laminas,

14,

ou global do laminado 43!, levando a delaminacio por flambagem.

Apesar de a delaminacdo separar o laminado em duas partes diferentes, existe uma
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interacdo entre a deformacgdo das duas partes. Devido a esta interacdo, as duas partes podem
defletir de maneira semelhante. A Figura 12 mostra um desenho esquematico da delaminagdo

interna.

Figura 12 — Delaminacgdo interna: (a) disposicdo no laminado (b) Efeito na estabilidade global.

Fonte: Turon (2006)3!.

Delaminacao superficial, como o préprio nome indica, origina-se proximo a super-
ficie do laminado e representa um cendrio mais complexo do que a delaminacdo interna. A
deformacdo da parte delaminada ndo € tdo influenciada pela deformagdo do resto do laminado.
Logo, a deformacdo da parte delaminada ndo segue necessariamente a deformacdo do resto da
estrutura. Consequentemente nao s6 o crescimento da parte delaminada deve ser levado em

conta como também a sua estabilidade local3!.

Bolotin2%-30

classificou os diferentes tipos de delaminagdo proxima a superficie que
podem ser originados em cascas compositas em diferentes situagdes de carregamento, como

ilustrado na Figura 13.

Figura 13 — Delaminacdo préxima a superficie: (a) Aberta em tensao; (b) Fechada em tensdo (c) Aberta
em flambagem (d) Fechada em flambagem (e) Borda flambada (f) Borda flambada com trinca secunddria.

2 T

Fonte: Bolotin (1996).%°
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Em nivel microscépico, o crescimento de uma trinca interlaminar € precedido pela
formacdo de uma zona de dano na frente da trinca. O tamanho e o formato da zona de defor-
macao (ou dano) é bem varidvel, dependendo da rigidez da resina e dos modos de propagacao
da trinca, ilustrados na Figura 14. A zona de dano na ponta da trinca para os modos II ou III é

maior que para o modo L.

Figura 14 — Modos de propagacao de trinca.

Modo I Modo IT Modo III
Fonte: Turon (2006).3!

Existe uma diferenga nas zonas de deformacdo/dano entre sistemas com matrizes
frageis e ducteis. Para matrizes frageis a zona de deformagdo/dano é bem menor que para
materiais ducteis. Para o modo I, o carregamento em sistemas frageis resulta em microtrincas
na zona da ponta de trinca. Sua coalescéncia e crescimento resultam no avango da trinca.

Algumas vezes, o avanco da trinca ocorre através do descolamento entre matriz e
fibra antes da coalescéncia das micro trincas ocorrerem. Para sistemas ducteis a deformacao
pléstica em volta da ponta da trinca precede o avango da trinca. O avanco da trinca geral-
mente acontece por rasgamento, mas o avanco da trinca por descolamento interfacial também é
bastante observado em compdsitos com resinas mais dicteis>!.

A delaminag¢do nos modos II e III, que acontecem devido ao cisalhamento, ocorrem
de modo muito distinto. Microtrincas formam-se a uma distancia consideravel na frente da
ponta da trinca, em um angulo de 45° ao plano das camadas. Estas trincas crescem até que
atinjam as fibras que cercam as regides ricas em resina entre as camadas. As fibras acima
e abaixo da regido onde as trincas se formam sdo responsdveis por travar o crescimento das
microtrincas. Logo, a coalescéncia das microtrincas € necessdria para a propagagao e avanco da
macrotrinca (Figura 15). Esta coalescéncia geralmente ocorre na interface fibra-matriz na forma
de “telhado ondulado”. O processo de fratura para o modo II da delaminacdo tem a aparéncia

de uma ruptura dictil, com ocasional descolamento de fibra.

2.6.1 Critério de inicio da delaminacdo

O inicio da delaminacdo pode ser determinado simplesmente através de uma rela-

¢do comparativa das tensdes com suas devidas resisténcias3'. O critério mais utilizado 7-8-31-33

considera uma interacdo quadrdtica entre as tensdes normais (¢1) e de cisalhamento (¢, e #3)
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Figura 15 — Formacgao e crescimento da delamina¢do do modo II na interface das camadas: (a) formagao
de microtrincas; (b) crescimento e abertura das microtrincas (c) coalescéncia das microtrincas acompa-
nhado das “pontas de cisalhamento.

(a) o
Fibras< //f)({,(}/){/-‘,///f-‘*—::f:e:;:
T = o7 07
T 70T

i)
Fonte: Turon (2006)3!.

existentes no laminado:

\/<;—1>2+<%>2+<%>2:1 para t3>0 (11)

Para modo I puro:

13\ 2
(—) =1 para f1, 1 = 0 (12)
On

Para modo II puro:

1 \2 1\ 2
\/<_1> F(EY 21 pan n<o (13)
Ts, Ts,

onde 73 € a tensdo normal a 1amina, #; e #, s@o os cisalhamentos transversais, G, Ty, € Ty, S0 as
33,34

resisténcias transversal e cisalhante, respectivamente

2.6.2 Propagacdo da delaminacdo

A propagacdo da delaminacdo € prevista quando a taxa de liberacdo de energia
(G1, Gy, Gqpp) for igual a energia de resisténcia a fratura correspondente do material (G,
Gries Grire). A transi¢do entre o inicio da delaminacdo e sua propagacdo € controlada pelas
leis constitutivas que caracterizam o acumulo de energia dentro do material. O critério de
propagacdo é geralmente formulado independentemente do critério de inicio. O critério de

falha para propagacao da delaminacdo pode ser expresso como:

fpropagagﬁo = f(Gl) -1=0 (14)

Existem diferentes formas adotadas na literatura para definir os critérios de propa-
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gacdo. Um destes critérios é dado pela seguinte expressio>!

G\ G \P Grr \Y
0=1(G) = (25) + (25) + () ~1=0 15
Joropagacio = f(Gi) Gre Grre Griie "

Onde a, B e 7y sdo pardmetros que devem ser ajustados utilizando resultados experimentais. Os
valores de o = 3 =y=1 ou oo = =y = 2 sdo frequentemente escolhidos quando nio existem
dados experimentais disponiveis. Os valores selecionados correspondem ao critério de falha
linear ou quadrético, respectivamente.

Kenane e Benzeggagh?> propdem um critério de falha apenas para a propagacio

nos modos I e II:

G
fpropagagio = G_T —1=0 (16)

Onde G7 € igual a soma das taxas de liberacdo de energia nos modos I, [l e Il e G, € a taxa de
liberacao de energia critica para o modo misto. Esta depende das taxas de liberacdo de energia

critica dos modos independentes:

G. =G+ (Gre — Gre) (=) (17)

sendo 1 um parametro de correcio para diferentes tipos de materiais.
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3 ANALISE NAO LINEAR

Muitos fendmenos da natureza podem ser modelados a partir de simplificacoes li-
neares. Entretanto, quando deseja-se obter bons resultados para a descri¢do de fendmenos mais
complexos, modelos ndo lineares tornam-se necessdrios. Contudo, a consideracido de fendome-
nos ndo lineares aumenta tanto a complexidade matematica dos modelos, como o custo compu-
tacional da solucao.

No caso de problemas estruturais, as nao linearidades mais importantes sao:

a) Nao Linearidade Geométrica (NLG): Ocorre em estruturas que apresentam gran-
des deslocamentos e, possivelmente, grandes deformagdes. Desta forma, as re-

lagdes entre deslocamentos e deformacdes passam a ser ndo lineares.

b) Nao Linearidade Fisica (NLF): Ocorre quando a relagdo tensdo-deformacdo do

material € ndo linear (e.g. elasticidade ndo linear, plasticidade, fluéncia).

¢) Nao Linearidade de Contato: Ocorre quando as condi¢des de contorno ndo sao
constantes, envolvendo a possibilidade de contato ou perda de contato entre s6-

lidos distintos ou partes de um mesmo sélido.

Os trés tipos de nao linearidade serao tratadas neste trabalho. Este capitulo se dedica
especialmente a ndo linearidade geométrica de s6lidos laminados. A ndo linearidade fisica e de
contato serdo abordadas nos capitulos seguintes no qual os problemas de delaminagdo serdo
tratados.

Para considerar grandes deslocamentos em uma andlise por elementos finitos, faz-
se necessario a utilizagio dos termos de deformacdo ndo lineares®. Estes tornam as forcas
internas e, consequentemente, a matriz de rigidez, dependentes dos deslocamentos. Com isso,
a andlise deve ser feita utilizando algum método numérico iterativo.

Existem basicamente trés abordagens para a formulacdo de elementos finitos ge-
ometricamente nao lineares: a formulacdo Lagrangiana Total, a Lagrangiana Atualizada e a
Corrotacional.

Na formulagdo Lagrangiana Total, os termos de deformacdo de Green-Lagrange e
as tensdes de Piola-Kirchhoff II sdo utilizados, visto que tal medida de deformacao € insensivel
aos deslocamentos de corpo rigido. Além disso, tanto tensdes quanto deformagdes em qualquer
instante de tempo sdo definidas a partir da configuragdo inicial da estrutura. Esta abordagem
caracteriza-se pela sua formulacdo simples e facilidade de implementacdo computacional, sendo
amplamente utilizada na analise de estruturas laminadas sujeitas a grandes deslocamentos®.

Na formulagdo Lagrangiana Atualizada, os termos de deformacao de Green-Lagrange
também sdo utilizados, mas as tensdes e deformagdes em um instante de tempo ¢ + Af nao sdo
definidas a partir da configuracdo inicial, mas a partir da ultima configura¢do de equilibrio,
logo, as tensdes de Piola-Kirchhoff II ndo podem mais ser utilizadas, mas sim as tensdes reais
de Cauchy®.
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Para a formulacdo Corrotacional, utiliza-se um sistema global fixo, no qual os des-
locamentos podem ser grandes, e um sistema local que acompanha o elemento, no qual deslo-
camentos sdo pequenos. Desta forma, isola-se as parcelas de deslocamento de corpo rigido de
forma explicita, permitindo o uso das matrizes lineares no sistema local. As matrizes globais
ndo-lineares sdo obtidas a partir de transformacdes entre os dois sistemas de coordenadas®.

As abordagens Lagrangiana Atualizada e Corrotacional sdo mais utilizadas para a
formulacao de elementos de portico e de casca submetidos a grandes deslocamentos e rotacoes,
pois nestes elementos o calculo das deformagdes de Green-Lagrange € complexo. Por outro
lado, no caso de elementos continuos bi e tridimensionais a aplicacdo da abordagem Lagrangi-
ana Total leva a uma formulacao simples.

Assim, a abordagem Lagrangiana Total foi utilizada neste trabalho para a formu-
lacdo de elementos sOlidos laminados para andlise ndo linear com grandes deslocamentos. A
formulacao desenvolvida e os métodos de solug@o das equagdes ndo lineares de equilibrio serdo

mostrados a seguir.

3.1 Equacoes de equilibrio

As equacdes de equilibrio do problema podem ser obtidas a partir do Principio dos
Trabalhos Virtuais (PTV). De acordo com o PTV, o equilibrio ocorre quando o trabalho virtual
interno (8U) € igual ao trabalho virtual externo (8W,; ), qualquer que seja o deslocamento virtual
du, desde que este seja pequeno e obedeca as condigdes de contorno essenciais do problema!!.

Matematicamente:
U =W,y = / de’cdv = / Su’bav + / Su’qdS+Y 8u;"F; (18)
v 1% N

onde 0¢g € o vetor de deformagdes virtuais, 6 € vetor das tensdes de Piola-Kirchhoff II, b sdo as
forcas de corpo, q sdo as forcas de superficie e F sdo as cargas concentradas. Devido ao uso
das deformacdes de Green-Lagrange e tensdes de Piola-Kirchhoff II, todas as integracdes sao
realizadas na configura¢do inicial (indeformada) da estrutura.

No Método dos Elementos Finitos os deslocamentos no interior dos elementos sio
interpolados a partir dos deslocamentos nodais e as deformagdes sdo obtidas a partir do uso de
relacdes cineméticas apropriadas, como sera discutido posteriormente. Assim, a Equacdo (18)

pode ser escrita como:
U =W,y = dulg=0ou't (19)

onde g € o vetor de forcas internas e f é vetor das cargas externas. Como os deslocamentos

virtuais du sdo arbitrérios, o equilibrio do modelo de elementos é dado por

g=f (20)
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Os vetores de forgas internas e externas da estrutura sao montados a partir da soma dos vetores
de cada elemento. As expressdes necessdrias a obtencao do vetor de forcas internas do elemento
laminado serdo apresentadas posteriormente.

Finalmente, ¢ importante notar que a Equagdo (20) é vélida para problemas com
nao linearidade geométrica e fisica, independentemente dos modelos constitutivos utilizados

para descrever o comportamento dos materiais.

3.2 Métodos de solucao

No caso de cargas independentes do deslocamento, as equagdes ndo lineares de

equilibrio podem ser escritas como
r(w,A\) =g(u) —Aq=0 (21)

onde u representa o vetor de deslocamentos nodais, g € o vetor de forcas internas, q € a carga de
referéncia, r é o vetor dos residuos (for¢as desbalanceadas) e A é um fator de proporcionalidade
(fator de carga) que controla a aplicagdo do carregamento (f = Aq).

Variando o fator de carga e determinando-se os deslocamentos nodais correspon-
dentes pode-se determinar as curvas cargas-deslocamento (caminhos de equilibrio) da estru-
tura. Estas curvas sdo fundamentais para a interpretagcdo dos resultados de andlises nao lineares,
permitindo a determina¢do da capacidade de carga da estrutura, tipos de falha, estabilidade e
caminhos poés-criticos, etc.

Como as equagdes de equilibrio sdo ndo lineares, sua solucio exige a utilizacao de
métodos numéricos apropriados. O Método de Newton-Raphson € o mais utilizado na solucdo

destas equacdes. Neste método, as equagdes de equilibrio sdo linearizadas:

or or
S0 = Kr=- (22)

r, =r+Krou+ u

onde o subscrito n representa o valor do novo residuo, K7 ¢ a matriz de rigidez tangente e 3—7{ é
igual ao vetor de forcas internas . Como a carga nao depende dos deslocamentos, a matriz de

rigidez tangente é dada por:

og

Ky = 22
T~ 9u

(23)

A Equacio (22) pode ser reescrita considerando que o novo residuo deve se anular
(r, =0). Assim:

K70u—0Aq=-—r (24)

Infelizmente, este sistema de equacdes ndo pode ser resolvido, porque contém n + 1 incégnitas,
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mas apenas n equacgdes, onde n € o nimero de graus de liberdade da estrutura. A seguir, serdo

apresentadas formas de resolver este problema.

3.2.1 Controle de Carga

No Método do Controle de Carga, o fator de carga A é mantido constante durante
cada passo. Portanto, A é igual a zero durante todas as itera¢oes. Desta forma, a Equagéo (24)

pode ser escrita como:
K70u= —r (25)

Ap6s o célculo do incremento de deslocamentos, os deslocamentos nodais sdo atu-

alizados como
u, =u-+du (26)

Em seguida, os deslocamentos atualizados sdo utilizados para calcular o vetor de forcas internas
e o0 novo residuo, de acordo com a Equacao (21). O processo iterativo deve continuar até que o

residuo das equagdes de equilibrio seja suficientemente pequeno:

il
— L < TOL 27)
max (1, [[f]])

onde TOL € uma tolerancia numérica prescrita.

3.2.2 Métodos de Newton-Raphson com Restrigdo

Devido a necessidade de superar tanto os fendmenos de “snap-through'como “snap-
back", Wempner>’ e Riks3® propuseram o Método do Comprimento de Arco, posteriormente
modificado por vdrios autores, como Ramm?° e Crisfield*0.

Como o sistema de equagdes de equilibrio, Equacdo (21), consiste em n equagdes
e n+ 1 incognitas, a ideia principal destes métodos consiste em adicionar uma equacdo de
restri¢do relacionando os incrementos de carga (AL) e deslocamento (Au). Logo, tem-se o

seguinte sistema equacoes:

r(u, ) ]:0 08)
a(Au, AL)

A restricdo a(Au, AL) pode ser reescrita como a(u,A) sendo:

Au=u—u

_ 29
AL=A—-A &
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onde (1, A) corresponde ao dltimo ponto de equilibrio conhecido e (u,A) corresponde ao ponto

que se deseja determinar. Desta forma, a Equacdo (28) pode ser escrita como

[r(u,M] o 0)

a(u, )

Linearizando a Equagdo (30) e anulando o novo residuo e o novo valor da restri¢cao

chega-se a

K —q]| |6u r
=— 1
ot o)l

Tomando apenas a primeira equacao do sistema anterior, tem-se que

Krou=0Lq—r = Ou=0A0du; —ou (32)
onde
Krduy=q e Kpdu =r (33)

Substituindo a Equacdo (32) na segunda equacdo do sistema de Equagdes (31)

obtém-se a expressao que permite a determinagao do incremento do fator de carga:

T —
51— Gu duy —a

— Gu7d 34
a,lou; +ay (34

Conhecidos du e O\, as varidveis correspondentes a nova iteragdo i + 1 sdo calculadas como:

U] =u;+dou

(35
Air1 =Ai+OA
Caso necessdrio, os incrementos calculados em cada passo podem ser calculados como
Au; 1 = Au; +du
i+ i (3 6)

A?Li+1 - A?\,l + 67\,

Obviamente, no inicio de um novo passo estes incremento sdo nulos: Aug = 0 e Aiy = 0.
Alternativamente, estes incrementos podem ser calculados a partir da diferenca entre os valores

atuais e os valores correspondentes ao ultimo ponto de equilibrio conhecido:

Aujp) = w4

0 37)
Alit1 =lig1 —A
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A forma especifica de cada método incremental-iterativo é determinada pela res-
tricdo a(Au,AA) utilizada para relacionar os incrementos de carga e deslocamento. Em todos
os métodos discutidos neste trabalho, o processo iterativo € baseado no Método de Newton-
Rapshon, sendo necessario a utilizacdo da matriz de rigidez tangente.

No caso do Controle de Deslocamento, a restri¢do utilizada é dada por:

a=u—u,=elu—u, (38)

onde u,, € o deslocamento prescrito e €; € um vetor unitario cujas componentes sao todas nulas
com excessdo da componente de controle j. Considerando que a,y = €; € a,, = 0, a Equagdo
(34) no caso de Método do Controle de Deslocamento € dada por
Sul —a
h=—2— (39)
&ll
Considerando que no inicio da primeira iteracdo, correspondente ao preditor, o residuo é nulo,
entdo ouy = (0. Assim:
_ —uw/
a up—uw  Au,

==t “40)
duy duy du

onde Au, € o incremento escolhido para o deslocamento de controle. Como a restri¢do a uti-

lizada no Método de Controle de Deslocamento € linear, neste caso o Método de Newton-

Rapshon € exato e a restri¢do € nula em todas as demais iteragdes. Assim, nas iteragdes apos o

preditor, o incremento do fator de carga é calculado como

Su’
§h = 202 1)
Su
No caso dos Métodos de Comprimeto de Arco, a restricdo pode ser escrita como:
a=(Au? Au+y? AN qT q) — AI? (42)

onde Al é o incremento do comprimento de arco da curva de equilibrio (u,A) e y é um fator
de escala entre os termos de carga e deslocamento. Esta equacdo pode ser entendida como
um hiperesfera de raio Al no espaco R"**!. A restricdo é responsavel por assegurar que todos
os pontos obtidos durante o processo iterativo estejam a uma distancia Al do dltimo ponto
convergido (i.e. sobre a curva carga-deslocamento), como ilustrado na Figura 16.

Derivando a Equagao (42) obtém-se os termos da Equacao (34) necessarios ao cél-
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Figura 16 — Representacdo grifica do método do comprimento de arco.

rA
}\.i 7\.1
hie1 My

W |

=Y

i Ui+1

Fonte: Rocha (2013)°

culo do incremento do fator de carga:

a,,=2Au 53
) T (43)
a)=2y°"ArAq' q

O valor do fator de escala y varia de acordo com o tipo do método utilizado. Tanto

Crisfield*® quanto Ramm>°

concluiram que este fator tem pouca influéncia no comportamento
do algoritmo e sugeriram utilizar ¢ = 0, efetivamente transformando a hiperesfera em um hi-
percilindro. Assim, este método chamado Comprimento de Arco Cilindrico. Por outro lado,
quando y # 0, o método € chamado Comprimento de Arco Esférico.

Neste trabalho, apenas o Método do Comprimento de Arco Cilindrico serd consi-
derado. Neste caso, considerando y = 0 e substituindo os termos da Equacao (43) na Equacao

(34), chega-se a expressao do incremento do fator de carga:

_ 2MAu"8u; —a

Oh = 2Au’ du; “)

Ramm?>? utiliza uma forma linearizada para a restricdo a. Devido ao uso o Método de Newton-

Rapshon, restri¢des lineares sdo satisfeitas de forma exata em todas as iteragdes. Assim, consi-
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derando a = 0, o incremento do fator de carga é calculado como:

_ Au”du,

o = Au’ du;

(45)

Um interpretacdo geométrica da forma proposta por Ramm é que o incremento de carga calcu-
lado da forma acima faz com que o deslocamento iterativo (du) seja ortogonal ao deslocamento

incremental (Au) acumulado no passo corrente:

Au! du,

T — T — f = —
Au’ du = Au’ (dAdu; —duwp) =0 = OA AuTou,

(46)

Crisfield* também considerou Y = 0, mas utilizou diretamente a forma quadrética
da restri¢do para o cdlculo do fator de carga na nova iteragdo. Considerando que a restri¢ao é

satisfeita de forma exata ao final da nova iteragdo, tem-se que:

aip1 = Aul Au; — AP =0 (47)
Onde o novo incremento de deslocamentos € dado por

Au; ;| = Au; + du = Au; + 01 du; — duy (48)

Substituindo este incremento na Equacio (47) chega-se a uma equagdo do 2° grau dada por:

AN +BI+C =0 (49)
onde

A=35ul duy

B =208u (Alli—&lz) (50)

C= (Alli — SHQ)T(AHZ' — 6“2) — A12

Resolvendo-se esta equacdo obtém-se duas raizes SA; e SA>. De acordo com Crisfield*°, o pro-
cedimento para escolher a raiz apropriada consiste em calcular o vetor dos novos deslocamentos
incrementais Au; | para ambas as solucdes e escolher aquela que fizer o menor angulo com o
incremento anterior (Au;). A ideia desta escolha é evitar mudangas bruscas nos deslocamentos
incrementais de uma iteragdo para outra, melhorando a convergéncia do método.

As expressdes apresentadas anteriormente para cédlculo do incremento de fator de
carga (OA) no Método do Comprimento de Arco ndo podem ser utilizadas na primeira iteragéo
de um novo passo (i.e. incremento) porque neste caso o deslocamento incremental acumulado €
nulo (Au = 0). Assim, a primeira iteracdo de um novo passo € conhecida como preditor e deve

ser tratada de forma especial.
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Como o preditor se inicia em um ponto de equilibrio, tem-se que o residuo € nulo
e, em consequéncia, tem-se que duy = 0. Desta forma, o incremento de deslocamento no final

do preditor € dado por

Au = AL, Su; (51)
Substituindo esta expressao na restricdo do comprimento de arco, tem-se:

ap = AN Suf duy — AI* =0 (52)

Portanto, o incremento de carga correspondente ao preditor pode ser calculado a partir da ex-
pressao:

Akp = S—Al (53)

\/dul duy

onde s indica o sinal (positivo ou negativo) do incremento de carga. A escolha do sinal do
preditor de carga pode ser feita analisando o nimero de pivds negativos na matriz de rigidez
tangente ap0s fatoracio (s = 1 caso K7 seja positiva definida). Nesse caso, quando a curva passa
por um ponto limite, um pivo negativo surge e, assim, o preditor tende a fazer a curva caminhar
para baixo (trecho instdvel). Porém, pivs negativos também surgem quando a curva passa
por pontos de bifur¢do, mas o caminho nao necessariamente se torna descendente. Assim, em
tais casos, a utilizacdo deste método causaria uma oscilagao em torno do ponto de bifurcacgao.
Outros trabalhos buscam utilizar outras medidas para calcular o sinal do preditor®!.

Por fim, torna-se necessério definir um valor para comprimento de arco (A/) inicial
e atualizar este valor a cada passo. Como o comprimento de arco € uma parametro geométrico
com pouco significado fisico, € interessante definir o seu valor inicial a partir de um incremento
de carga, como no Método do Controle de Carga. Assim, utilizando a Equacdo (53) pode-se

calcular
Al = A\ 8u1T8u1 (54)

onde A\g € o incremento de carga inicial.

E importante notar que, dependendo do ponto em que se esteja na curva carga-
deslocamento, pode ser necessario utilizar um comprimento de arco menor para que a conver-
géncia seja atingida. Tal fato ocorre, notadamente, na proximidade de pontos limites. Por outro
lado, em regides bem comportadas, como trechos em que o caminho de equilibrio apresenta
curva de baixa curvatura, o comprimento de arco pode ser aumentado, de modo a diminuir o
nimero de passos e, portanto, o esforco computacional. Uma forma simples de atingir este

objetivo € adaptar o comprimento de arco de acordo com o niimero de iteragdes necessarias a
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convergéncia:

I
Algpr = Alyy [ (55)

N
Nesta expressao, I; ¢ o numero alvo de iteracdes para o proximo passo, ou seja, o nimero de
iteragcdes que se espera utilizar para atingir a convergéncia e /; € o nimero de iteracdes utilizadas

no passo anterior (s).

3.3 Elemento Solido Laminado

Existem diferente formas de modelar os compdsitos laminados. Os mais utilizados
consistem na abordagem da Teoria da Camada Equivalente (Equivalent Single Layer) utilizada
na modelagem de cascas e placas. Nesta abordagem, a contribui¢do de cada camada (layer) é
considerada utilizando a integracdo através da espessura com a intensido de formar uma unica
lamina equivalente*?. Esta abordagem transforma efetivamente o problema tridimensional em
um problema bidimensional através da utilizacdo das hipdteses cinematicas baseadas nas diver-
sas teorias de placas, como a Teoria de Deformacao de Cisalhamento de Primeira Ordem (First
Order Shear Deformation Theory, FSDT), a Teoria de Deformacado de Cisalhamento de Alta
Ordem (Higher Order Shear Deformation Theory, HSDT), a Teoria Zigzag (Zigzag Theory),
entre outras %,

Apesar dos elementos finitos baseados nestas teorias apresentarem uma boa perfor-
mance na andlise de laminados, eles ndo sido capazes de captar todas as tensdes transversais,
que sdo a causa do fendmeno da delaminagio 3%

Uma outra alternativa € o uso de elementos s6lidos que sao capazes de captar esta-

dos de tensdo tridimensionais e assim representar o fendmeno da delaminagdo. Com esta visdo,

146 | shell kinematic assumptions*’ podem ser

48 4
)8,9.

diferentes formula¢des como elementos solid-shel
utilizadas, assim como Assumed Natural Strain (ANS) e Enhanced Assumed Strain (EAS

Apesar da efici€ncia destes elementos, sua formulacdo € bastante complexa e a im-
plementacdo computacional em um software de elementos finitos € bastante trabalhosa. Devido
a estas dificuldades, optou-se por utilizar elementos sélidos paramétricos desenvolvidos utili-
zando a abordagem Lagrangiana Total. A formulagdo destes elementos para caso de materiais
homogéneos e isotrépicos € bastante conhecida dentro da literatura, porém o mesmo nao ocorre
com o caso de laminados.

Como discutido no Capitulo 2, estes materiais ndo sao nem homogéneos nem iso-
tropicos. Um solugdo para utilizar elementos homogéneos seria empregar uma discretizacao
refinada de forma que houvesse um elemento por 1amina. Contudo, esta abordagem € proibitiva
nos casos praticos, pois € comum o uso de laminados com um nimero elevados de laminas.
Assim, € necessario adaptar a formulag@o convencional destes elementos de forma a permitir a

andlise de estruturas laminadas utilizando apenas um elemento na espessura do laminado.
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O nimero de nds, coordenadas paramétricas, graus de liberdade e sequéncia de
laminagio encontram-se representados na Figura 17. E importante notar que as laminas sdo
empilhadas na direcdo da espessura, que no elemento desenvolvido e implemento neste traba-
lho corresponde sempre a direcdo da coordenada paramétrica . O sentido do empilhamento

corresponde ao sentido positivo da coordenada 7, como ilustrado na Figura 17b.

Figura 17 — Elemento BRICK?20 e sequéncia de laminagao.

-t Laper /
i /
A
drdd Liper /
It Layer /
13 14 15 e ——
(a) Elemento BRICK?20 e suas coordenadas. (b) Sequéncia de laminacdo

Fonte: Elaborado pelo autor.

Os deslocamentos u, v,w dentro do elemento sdo interpolados a partir dos desloca-

mentos nodais (u;, v;, w;):
n n n
u= ZN,-ui; y= ZNivi; w= ZN,'W,‘ (56)
i=1 i=1 i=1

11

onde N; sdo as funcdes de forma"" e n € o numero de nés. Estas equacdes podem ser escritas

na seguinte forma matricial:

u n Nl' 0 0 u; n
vy = Z 0O N O Vi p = Z N;u; =Nu (57)
w i=1 0 O N,' Wi i=1

onde:

N= [N1 N, Nn] (58)

Logo, a matriz de interpolacdo dos deslocamentos N € formada por uma série de sub-matrizes
correspondentes a cada n6. E importante notar que as matrizes deformagdo-deslocamento B,
discutidas a seguir, apresentam o mesmo padrao.

Utilizando a formulacdo isoparamétrica, a geometria do elemento € mapeada utili-
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zando as mesmas funcdes de forma utilizadas para interpolar os deslocamentos:
n n n
x=Y Nxi;  y=Y Ny z=) Nz (39)
i=1 i=1 i=1

onde x;,y;,z; sdo as coordenadas nodais do elemento no sistema global. Para obter as derivadas
que compde a matriz deformagdo-deslocamento, € necessario definir a matriz Jacobiana (J),

para assim transformar as derivadas das coordenadas paramétricas para cartesianas:

Z?:] Ni,rxi Z?zl ]Vi.,ryi Z?:] Ni,rzi ]Vi,x ]ViJ
J= YL Nisxi Y Nisyi Y Niszi| = Niy ¢ = J! Nis (60)
Yo Nigxi Y5 Nigyi Yii i Nigzi Ni. Ni;

3.3.1 Deformagoes

Como a abordagem ndo linear € o foco, a formulacao Lagrangiana Total serd utili-

zada. Esta abordagem € baseada na utilizacdo das deformacdes de Green-Lagrange:

Ex U x %(%xz + V,x2 + W,xz)
gy Vy %(bgyz +vy2+w,?)
e— €; _ Wiz X %(”,zz + V,zz + W,Zz) 61)
Yy Uy+Vyx UxUy+VVy+WiWy
Yxz Uz+Wwy UxUz+V Vo +WW,
i Yyz ] i Vetwy ] U, Uz FVyV+WyW, ]

E interessante notar que as deformagdes sao compostas por uma parcela linear e uma parcela

ndo linear:
( )
u_‘x
( ) i 1 | %y
Uy uy 0 0 vy, 0 0 w,y O O
U,
Vy 0O uy 0 0 vy 0 0 wy, O ,
X
W, 1{0 O u, 0 O v, O O w,
E=¢€ +&; = ’ += Vy (62)
Uy+vy 2 uy ux 0 vy ve 0wy wye O '
V.
Votwy u;, 0 wuy vy 0 vy wy, 0 wy
W’_x
(Wt O wuz uy 0 vy, vy 0 w; w,
- 4wy
B}
(W2 )

Com objetivo relacionar as deformacdes de Green-Lagrange com os deslocamen-

tos nodais do elemento, ¢ interessante definir o vetor auxiliar f que contém as derivadas dos
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deslocamentos:

( ) r 7]
u7x

&

Uy

~

Uz

I

=

z =
222 cocococoo
=
Il

vi| =) Giu;=Gu (63)

I
—_
“

=

=

oS O O

\ W2 ) Z

onde a matriz G tem a mesma forma da matriz N definida anteriormente. Utilizando o vetor B,

as deformacodes de Green-Lagrange podem ser escritas como:
1
e=g +¢&; =HB+ AP (64)

onde matriz constante H é dada por:

(65)

S O O O O =
S O = O O O
S =, O O O O
S O = O O O
S O o O = O
oS = O O O O
S = O O O O
- O O O O O
S O O = O O

e a matriz A é aquela que multiplica do vetor B na Equag@o (62).
Utilizando a relagdo B = Gu, definida na Equagdo (63), pode-se escrever as defor-

macodes de Green-Lagrange como:

1 1
8:HGu+§AGu:B0u+§BLu (66)
ou simplesmente

1
€e=Bu = B=Bo—|—§BL (67)

Nesta equacdo, Bp = HG a matrix correspondente a parcela linear da relagao deformacao-

deslocamento, enquanto B;, = A G corresponde a parcela ndo linear desta relacao.
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3.3.2 Forcas Internas

O vetor de forcas internas do elemento (g) € obtido a partir da parcela interna do

trabalho virtual:
SU = su’g = / s’ dv (68)
1%

Devido ao uso da formulagdo Lagrangiana Total, ¢ € o vetor das tensdes de Piola-Kirchhoff Il e
a deformacdo virtual é obtida a partir da variacdo da deformacdo de Green-Lagrange. Partindo
da Equagio (66) pode-se mostrar3® que:

de = Bdu (69)
onde
B=B;+B; (70)

Substituindo a Equagdo (69) na Equagao (68) e considerando-se deslocamentos vir-

tuais nodais (du) arbitrérios o vetor de forgas internas do elemento pode ser calculada como
=T
g = / B cav (71)
1%

E importante notar, que devido a utilizacio da formulagdo Lagrangiana Total, a integral acima

€ calculada na geometria inicial (indeformada) do elemento.

3.3.3 Matriz de Rigidez

Como discutido anteriormente, a matriz de rigidez tangente (Kr), utilizada nas ite-
racoes de Newton-Rapshon, é obtida através da diferenciacdo do vetor de forgas internas em

relagcdo aos deslocamentos nodais:
og —T —T

Kr==—== [ B dodV+ | dB 6dV = (Kg+Kg)du (72)
ou Jy 14

onde Kg representa a matriz de rigidez dependente do material e K representa a matriz de

rigidez geométrica.

O incremento de tensdes pode ser escrito como:

JC Je —
do == =—du=CrBdu (73)
onde
cr =% (74)

"o
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¢ a matriz constitutiva tangente. Portanto, a parcela da matriz de rigidez tangente dependente

do material pode ser escrita como
Ke = [ B'CrBav (75)
14

Finalmente, diferenciando-se a matriz B em relac@o aos deslocamentos nodais pode-

Se mostrar36 que:

K — / G'SGaV (76)
%

onde:
S 00 Oxx Txy Tz

S=10 S 0| = S=|1t, 6, T (77)
0 0S Ty Ty; Oz

3.3.4 Integracdo do Elemento Solido Laminado

E importante notar que as Equacdes (56) a (77) sdo idénticas para elementos la-
minados e convencionais (i.e. homogéneos). Entretanto, nos elementos laminados a matriz
constitutiva C muda 1amina a lamina. Em consequéncia disso, as tensdes e a matriz constitu-
tiva sdo descontinuas na direcio da espessura, apesar dos deslocamentos e deformacdes serem
continuos no elemento. Desta forma, os procedimentos de integracdo utilizados para elementos
convencionais ndo podem ser utilizados em elementos laminados.

No caso de elementos laminados, a integracao do vetor de forcas internas e da matriz
de rigidez do elemento devem ser realizadas camada por camada. O procedimento proposto

neste trabalho serd discutido utilizando a matriz elastica como exemplo:

s Lol
KE:/B CBdV:/ / / B CB|J|drdsdr
\% —1J—-1J-1

1 S et Lol o
= / / B C1B|J|drdsdt—|—.../ / / B C;B|J|drdsdt (78)
n=—1J-1J-1 no J-1J-1

tm+1:1

Ul
o+ / / B'C,.B|J|drdsdt
tm —1J-1

onde m € o numero de laminas do compdsito e #; € a coordenada paramétrica da face inferior da
k-ésima lamina.

A matriz de rigidez e o vetor de forcas internas de elementos isoparamétricos sao
geralmente integrados utilizando a quadratura de Gauss, na qual as coordenadas e os pesos sao
definidos dentro de um intervalo padrdo [-1, 1]. Contudo, as integrais correspondentes a cada
lamina estardo em intervalos paramétricos diferentes do padrao, impedindo a utilizacdo direta

da quadratura de Gauss.
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Assim, a fim de utilizar os mesmos pontos e pesos de Gauss, as coordenadas para-
métricas dos pontos de Gauss na dire¢do da espessura devem ser mapeadas utilizando a expres-

Sao0:

t e (tpey —t
. k+1+k+(k+1 k)t/

> > (79)

onde ¢’ representa as coordenadas paramétricas no intervalo padrdo [-1, 1]. Derivando-se esta

expressdo verifica-se que o incremento dt para a k—ésima lamina é dado por:

1 —1
dt = % dr’ (80)

Logo, a matriz de rigidez pode ser calculada a partir de:

m th1 1 1 . .
Ke=Y [ B CB|J|drdsdt
k=1 1, —1J-1

k

moeloelopl g (P (81)
:Z/ / / B' B L) gy g ar
=/ -1/ -1/ 2
Finalmente, utilizando a quadratura de Gauss:
m NPG
—T . — 1 —1
Ke=) Y (B CkB|J|)i%Wi (82)
k=1i=1

onde W; sdo os pesos de Gauss. E importante notar que 0 mesmo procedimento é aplicado ao
vetor de forcas internas g e a matriz de rigidez geométrica K.

Considerando que o elemento deve produzir resultados consistentes independente
do nimero de 1aminas, recomenda-se a utilizagdo em cada lamina do mesmo nimero de pontos
de Gauss utilizados na integracdo do elemento homogéneo correspondente. Assim, caso o
elemento laminado seja um BRICK20, recomenda-se a utiliza¢do de integracdo com 2 X 2 X 2

(integracao reduzida) ou 3 x 3 x 3 (integracdo completa) em cada lamina.

3.3.5 Sistema de Coordenadas Local

Como discutido no Capitulo 2, materiais compdsitos reforcados por fibras podem
ser considerados como ortotrépicos em um sistema de coordenadas local. A Figura 18 mostra
o sistema de coordenadas do material, onde x| estd alinhado com a direcdo da fibra, x, corres-
ponde a direcdo “in-plane"perpendicular a direcdo das fibras e x3 estd alinhado com a dire¢ao
da espessura (fora do plano). Esta figura também mostra o sistema de coordenadas do laminado
(%,9,2) e o angulo O que define a orientacdo das fibras de cada lamina. E importante notar que
o sistema do laminado e o sistema das ldminas (material) tem o mesmo vetor normal ao plano.

Em elementos de placa e casca baseados na Teoria de Camada Equivalente, a matriz

constitutiva de cada camada, referente aos eixos (£,7,2), € integrada através da espessura do
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Figura 18 — Sistemas de coordenadas Global (laminado) e local assim como seus vetores unitarios.

Fonte: O autor.”?

laminado para que sua matriz constitutiva seja calculada. Esta abordagem ndo € utilizada para
os elementos sé6lidos apresentados neste trabalho. Ao invés disso, a matriz constitutiva de cada
lamina é transformada para o sistema global utilizando a Equagado (10) e utilizada diretamente
na integracao da matriz de rigidez do elemento, como discutido na sec¢io anterior.

Portanto, neste trabalho os eixos do laminado sdo utilizados somente para a defini-
cdo das dire¢des das laminas. Um vetor unitdrio a € utilizado para definir a direcao do vetor
X do laminado em relag@o ao sistema global. Por exemplo, no caso de uma casca cilindrica a
corresponde a um vetor unitdrio na dire¢do axial do cilindro.

O vetor unitdrio €3 na dire¢do da espessura, € calculado a partir da derivada das

coordenadas do elemento x em relagdo a coordenada paramétrica ¢:

&3 = X (83)
x|
onde
n
x, =Y Ny, x; (84)
i=1

O vetor unitario €; que define o eixo x; € calculado através da rotagc@o do vetor a de

um angulo 6 em relacdo ao eixo €3.
é =R, -2 (85)
Onde R, é definido utilizando a férmula de Rodriguez®:
R, =I+5sin(8)-S+ (1 —cos(8))-S?
0 —n3 n3 (86)

onde: S= | n3 0 -5
—m3 I3 0
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Sendo

&s={ls m ns} (87)
Finalmente, o vetor &, é calculado através do produto vetorial dos vetores anteriores:

€ =83 x € (88)

Como a triade (&1,€;,€3) é composta por vetores unitdrios ortogonais, suas com-
ponentes no sistema global sdo os cossenos diretores utilizados na Equagdo (6) para montar a
matriz de transformacio T. E importante notar que, como os elementos podem ser curvos, o
sistema de coordenadas local definido por estes trés vetores pode variar ao longo do elemento.
Assim, estes vetores devem ser calculados para cada ponto de Gauss utilizado na integracao do

elemento.
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4 MODELAGEM DA DELAMINACAO

A delaminacdo pode ser um dos mais importantes modos de falha de estruturas
compdsitas, levando a uma perda significativa da integridade estrutural. Recentemente, grandes
progressos tem sido feito no desenvolvimento de ferramentas para a previsdo de dano inter-
laminar. A Mecanica da Fratura Linear Elastica (MFLE) tem se mostrado uma ferramenta
efetiva para a previsao do crescimento da delaminacdo. Técnicas como o VCCI (Virtual Crack
Closure Integral), proposta por Rybicki®! e modificado por Raju’2, tém sido utilizadas com

53 resumiu estes métodos de forma bem clara em seu trabalho. Outros méto-

sucesso. Krueger
dos, como Método da Integral J 3 o Método da Extensdo de Trinca Virtual®® e o Método da
Rigidez Derivada>® também foram utilizados com este intuito. Entretanto, para estes métodos
serem aplicados € necessario a existéncia de uma trinca inicial, pois eles ndo permitem simular
o aparecimento da trinca, mas apenas a sua propagacao.

Uma abordagem para a simulacdo da delaminagdo pode ser desenvolvida utilizando
0 Modelo de Trinca Coesiva (MTC)®. A ideia deste modelo é que as trincas discretas se ori-
ginam e crescem a partir da aglutinacdo ou coalescéncia de microfissuras existentes na regiao
da ponta da trinca (regido de processo). Dugdale”’ introduziu o conceito de que a tensdo no
material é limitada pela tensdo de escoamento e que na ponta da trinca forma-se um pequena

zona pldstica. Barenblatt>®

introduziu forcas coesivas em um nivel molecular para solucionar o
problema de equilibrio em corpos eldsticos com trincas. Estes modelos, embora considerados
similares, diferem, j4 que o primeiro assume que na zona de plasticidade na ponta da trinca a
tensdo € constante e igual a tensdo de escoamento, enquanto e o outro supde que a tensao (G)

varia conforme o deslocamento relativo entre as faces da trinca, como mostra a Figura 19.

Figura 19 — Representacdo das tensdes na ponta das trincas dos diferentes modelos.
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(a) Dugdale. (b) Barenblatt.

Fonte: Montenegro (2014) 9,

A lei constitutiva que modela o amolecimento simplifica os complexos mecanismos
que acontecem no material ao longo da frente da trinca, onde uma grande quantidade de energia
¢ dissipada no processo de fratura. Para compdsitos laminados, estes mecanismos incluem a
nucleacdo, crescimento e coalescéncia de microcavidades.

Hillerborg et al.®” desenvolveram um modelo aplicando os conceitos de zona co-

esiva e batizaram-no de Fictious Crack Model (Modelo de Trinca Ficticia), para investigar a
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fratura em materiais parcialmente frageis como o concreto. Este foi desenvolvido para repre-
sentar o comportamento das fissuras que possuem uma regiao onde ha transmissdo de esforgos
entre as suas faces (Figura 20). O modelo de Hillerborg foi formulado para modo I das fra-
turas de concreto, podendo ser aplicado igualmente a outros materiais quase-frageis, e depois

estendido para o modo misto (modo I e et

Figura 20 — Esquematico da zona coesiva

T

L
)

trinca real ' trinca ficticia

Fonte: Montenegro (2014) 9,

O trabalho de Hillerborg et al. teve dois focos principais:

a) A tensdo resistente 10 e a curva de amolecimento, que permite que o material

nio rompa logo apés atingir 0 .

b) A fissura coesiva pode se manisfestar em qualquer material, mesmo sem haver

macrofissuras preexistentes.

Esta afirmacdes contrariaram as abordagens construidas nos trabalhos de Barenblatt e Dugdale,
que restringia a fissura coesiva a andlises de fraturas proxima a fissuras preexistentes.

Os Modelos de Zona Coesiva (MZC) permitem tanto simular o inicio da delamina-
¢d0 como o seu crescimento sem a necessidade de especificar uma trinca inicial. A lei coesiva-
decoesiva relaciona a tensdo interna com a diferenca de deslocamentos entre 2 faces adjacentes.
Desta forma, a tensdo entre as faces da trinca ndo cai bruscamente a zero como na Mecanica da
Fratura Linear El4stica, sendo reduzida paulatinamente a medida que os deslocamentos relati-
vos entre as faces da trinca aumentam.

A propriedade do material que relaciona a tensdo que atua entre as faces da trinca
a abertura 0, é encontrada através da relacdo 6 = f(8). A fungdo f(d) é conhecida como
funcdo de amolecimento do material e é determinada através de ensaios mecanicos. A tensao
transferida, no modo I, € normal as faces da fissura. As duas propriedades mais importantes

para a curva de amolecimento sio a tensdo resistente t°, e a taxa de liberacio de energia critica
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G.. A Figura 21 ilustra esta relacdo. Quando a drea sob o gréfico € igual a taxa de liberacao de

energia critica G, a tracdo € reduzida a zero e a nova superficie de trinca é formada.

Figura 21 — Tensdes na zona coesiva

Fonte: Turon (2006).3!

Os Modelos de Zona Coesiva sao mais eficientes que os modelos de Mecanica da
Fratura devido a sua capacidade de representar o inicio da trinca e sua propagacio. Desta forma,
tanto as andlises de tolerancia de servico da estrutura danificada, como as andlises de resisténcia
as tensoes da estrutura integra podem ser realizados com a mesma ferramenta de andlise.

Existem outros métodos que também vem sendo utilizados para descrever o cresci-
mento de trincas sem um caminho de crescimento pré-determinado como as formulacdes “‘en-
riquecidas"62’63 ou Método dos Elementos Finitos Estendido/Generalizado (XFEM/GFEM)%*.
Entretanto, estes métodos possuem uma abordagem mais complexa que a utilizada na aborda-
gem de zona coesiva.

Este capitulo apresentard uma formulacdo de elementos de interface utilizando leis
constitutivas baseadas na mecénica do dano, incluindo a termodinamica dos processos irrever-

siveis.

4.1 Abordagem pelo método dos Elementos Finitos

As principais abordagens para a simulagdo do processo de abertura e propagacao de

trincas pelo Método dos Elementos Finitos, pode ser dividida em trés grupos:

a) Abordagens continuas que descrevem o processo de fratura por modelos consti-
tutivos de alta ordem, como modelos integrais ndo locais (Integral-type nonlocal

models) 3.

b) Em modelos continuos com descontinuidades, onde as fraturas sdo descritas
como deslocamentos descontinuos, que sdo contidas dentro da descricao de con-

tinuidade do material®”.

c) Em abordagens discretas que descrevem o processo de fratura ndo linear com a

falha de elementos discretos, como trelicas e vigas 68,

A trinca, assim como seu crescimento, pode ser incorporada a malha de elementos

finitos através de diferentes métodos. Na Figura 22, algumas estratégias sdo mostradas, como
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o tratamento de trincas espalhadas (smeared crack), trincas embutidas na malha (embedded
crack) e a que trata o fraturamento como falha de elementos discretos. A figura ainda apresenta
a malha de uma modelagem que utiliza elementos reticulados (lattice model). As duas principais
estratégias empregadas para fraturas em materiais quase-frageis sio as trincas espalhadas e as

61,69

trincas discretas , apesar de alguns autores incluirem o modelo de trincas reticuladas®.

Figura 22 — Fissuras incorporadas em modelos numéricos.
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Fonte: Saouma (2000)7°.

Os modelos utilizando fissuras espalhadas e embutidas sdo baseadas nas formula-

69,70

¢des com base na mecanica do continuo , enquanto as fissuras discretas possuem formula-

¢des mais compativeis com a mecénica da fratura’.

No conceito da trinca espalhada, a formulacao tradicional do MEF € utilizada com
elementos que sdo dependentes das relagoes tensdo-deformagio obtidas apds a abertura & (apli-
cada) no elemento interceptado pela trinca. As fraturas, dentro desta abordagem, sdo repre-
sentadas através de um nimero infinito de trincas paralelas com aberturas infinitesimais®!. As
trincas sdo incorporadas através de leis constitutivas (tensao-deformacao) do material, que deve
ser necessariamente nio linear e apresentar comportamento de amolecimento (softening)®. A
propagacio destas é simulada pela reduciio da rigidez e resisténcia do material®'. As deforma-
¢oes sdo decompostas entre uma parte continua e uma parte considerando a trinca. A principal
vantagem deste método €, normalmente, a auséncia da necessidade de modifacar a topologia da
malha durante a progressdo da fratura®-%%7!. A principal desvantagem é a a limitacdo dos mo-
dos de deformacdo advindos do Método dos Elementos Finitos baseado em deslocamentos que,
geralmente, ndo acomoda campos de descontinuidade facilmente, exceto quando as desconti-
nuidades sdo alinhadas com as bordas dos elementos. Outros problemas ja foram apontados e
solucionados com abordagens secunddrias, entretanto, algumas das solucdes encontradas fun-
cionam bem em determinados casos, mas apenas parcialmente bem em outros ®%7273,

Em abordagens utilizando trinca discreta, a trinca estende-se entre os elementos e as
forcas coesiva sdo simuladas utilizando elementos de interface conectando os nds de ambos os

lados da trinca. Os elementos devem considerar o deslocamento relativo entre as faces, prevenir
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interpenetracio das faces e estimar precisamente as tensdes ao longo e através da interface>”74.

O conceito de elementos de interface ja foi dividido entre diversos elementos na li-
teratura, com a cria¢ao de elementos com diferentes denominacdes e formulac¢des, basicamente,
semelhantes. A principal diferenca entre estes elementos sdo: a espessura do elemento (finita

ou nula), formulacdo constitutiva baseada em deformacdes ou deslocamentos, nimero de nds
duplos (linear ou quadratico) e esquema de integragio>>4.

O primeiro elemento de interface com altura nula foi proposto por Goodman et al.
[7] para uso na geotecnia, desde entdo diversos outros autores basearam-se na sua formula-
¢do. O elemento formulado era formado de 4 nds e 8 graus de liberdade, e por causa de sua
formulacdo simples, implementacdo numérica facil e resposta normal robusta foi amplamente

empregado, mesmo possuindo deficiéncias cineméticas associadas a resposta tangente.
Os modelos coesivos podem diferir também entre formulagdes intrinsecas ou ex-

trinsecas (Figura 23). A diferenca entre estas formulacdes estd, basicamente, na forma como

os elementos que representardo a trinca sao inseridos na geometria inicial e na maneira como a
inicializagdo da trinca € modelada.
Figura 23 — Representacdo das formulagdes (a) extrinseca e (b) intrinseca.
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Fonte: Montenegro (2014) 9

Na formulagao intrinseca, os elementos coesivos sdo introduzidos entre elementos

continuos desde o inicio da andlise. O critério de propagacdo da trinca € incorporado ao modelo
constitutivo dos elementos de interface”>. As tensdes coesivas crescem de zero até um ponto de

tensdo maxima e, entdo, decrescem gradualmente até zero, permitindo assim, o descolamento

completo das faces. Xu et al.”® e Camacho et al.”” propuseram colocar elementos coesivos

entre cada par de elementos. Esta idéia € largamente utilizada nas simula¢cdes de delaminacado

em materiais de maltiplas camadas utilizando elementos de interface3!-’® uma vez que no caso

da delaminag¢@o o caminho da trinca é conhecido a priori, correspondendo a ligacao entre duas

laminas.
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Na formulagdo extrinseca, os elementos sdo inseridos adaptativamente, através de
algoritmos que refazem a malha, apenas apés a previsio da falha da interface ser detectada’®.
Portanto, nessa situacao o critério de propagacao € externo ao elemento de interface. Quando as
tensdes agindo ao longo da interface entre dois elementos continuos atingem um valor critico,
permite-se que a interface abra conforme a relacao tensdo-separagdo introduzindo elementos de
interface com lei coesiva ao longo da interface danificada’. Esta abordagem tem sido utilizada

para modelar o crescimento de trincas coesivas no concreto 808!

82,83

e para modelar o crescimento
de trincas em materiais ducteis

Segundo Tvergaard e Hutchinson®?

, ém comparacao a outros parametros coesivos,
como a resisténcia do material ¥ e a energia de fraturamento coesivo Gc, a influéncia do for-
mato da curva tensdo-deslocamento relativo na resposta numérica, geralmente, € relativamente
fraca. J4 Chandra et al.3* defende que a curva constitutiva depende do material e processos
ineldsticos micromecanicos e, logo, a forma da curva deve refletir esses comportamentos, de

outra forma, os resultados ndo t€ém importéncia significativa.

4.1.1 As principais leis constitutivas

A defini¢do das equacdes constitutivas que relacionam tracio ao deslocamento re-
lativo em uma interface pode ser feita usando uma abordagem fenomenolégica ou fisica. A
abordagem fisica para definir as equagdes constitutivas usa métodos que derivam diretamente
as equacoes constitutivas. Existem diversos métodos na literatura utilizando o teste de tracao di-

85,86 187:88 oy utilizando

reta , a partir de medidas utilizando a integral J e a abertura de trinca fina
a teoria fractal®. A calibragio fenomenoldgica das equagdes constitutivas é alcancado utili-
zando os resultados obtidos em testes experimentais. Equacdes constitutivas sdo determinadas
comparando a resposta do teste de uma amostra (curva carregamento-deslocamento) com os da-
dos resultantes de andlises de previsdo utilizando diferentes parametros. Existem basicamente
dois grupos de anélises para ajustar as equacdes constitutivas utilizando dados experimentais®°.
O primeiro grupo sdo técnicas que usam curvas suavizadas definidas a priori por um conjunto
de parametros, ajustados a partir de dados experimentais. O segundo grupo usa pontos caracte-
risticos ou propriedades das curvas de carga-deslocamento (pico de carga ou drea sob o gréfico).
Muitos destes modelos t€m sido propostos. Os mais simples utilizam equagdes constitutivas bi-

34.45.78.91 Entretanto, existem modelos mais sofisticados 8%92-94 Alguns destes modelos

lineares
sdo mostrados na Figura 24.

Needleman®* desenvolveu uma lei coesiva-decoesiva a partir da ideia de um poten-
cial energético para simular o crescimento de trincas em sdlidos isotropicos ducteis e frageis.
Este baseou-se na lei universal da relacdo entre energia de abertura e separagdo atOmica de

101

Smith-Ferrante proposta em Rose et al. "**. Esta lei é largamente aplicada como uma lei ex-

ponencial coesiva, apesar da natureza das tensdes tangenciais precisarem ser adicionalmente
impostas, visto que a relacdo foi voltada para interfaces atomicamente finas. Needleman>® e

muitos outros autores na literatura ja apresentaram inimeras expressdes do potencial com a
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101

forma exponencial de Rose et al. V" representando os deslocamentos tangenciais de diferentes

maneiras.

Figura 24 — Curvas tracdo-deslocamento relativo.
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Fonte: Turon (2006)3".

Alfano® investigou a influéncia dos formatos das leis constitutivas comparando as
leis bilinear, trapezoidal, exponencial e linear-parabdlica sob testes estaticos. Para um tipico
teste de viga-dupla em balango, as solugdes encontradas foram praticamente independentes
do formato das leis utilizadas. Uma verificacdo numérica para medir o grau de precisdo das
leis constitutivas mostrou que a lei trapezoidal apresentou o pior resultado tanto em termos
de estabilidade numérica como em termos de convergéncia da solu¢@o por elementos finitos a
solug¢do exata. A lei exponencial foi provada ser a 6tima em termos de precisdo enquanto, a

bilinear apresentou a maior harmonizagéo entre custo computacional e precisdo>!.

4.2 Principio dos Trabalhos Virtuais

Reescrevendo a Equacdo (18) do principio dos trabalhos virtuais aplicados a um

volume continuo, descrito na secao 3.1, em notacdo indicial, tem-se:
Uiy = W,y = / GijSSij dv = /T,Su, dS—i—/ b;du; dV (89)
1% N 1%

onde as forgas por unidade de volume s@o descritas por b;, atuando no corpo de volume V,
e as forcas de superficie por 7; , atuando na superficie S inteira do corpo. Por simplificade, a
formulacdo visa considerar apenas pequenos deslocamentos. Entretanto, esta pode ser estendida
seguindo os trabalhos desenvolvidos por Ortiz?® e Goyal”.

Se os componentes dos deslocamentos sao descontinuos ao longo de uma superficie
de um corpo, o Principio dos Trabalhos Virtuais ndo pode ser aplicado ao corpo inteiro, mas
pode ser reescrito para cada subregido na qual suas derivadas sdo continuas®’. Suponha um

volume indeformado V separado em dois dominios V’ e V? por uma superficies S fortemente
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descontinua através de V como mostra a Figura 25. Esta superficie é definida pelo seu vetor

normal A. Duas superficies sdo unidas a S: A superficie inferior de V'’ denotada por Sea
, . . <b L. . .

superficie superior de V¥ denotada por §°. Cada uma dessas superficies é definida pelos seus

respectivos vetores normais como mostrado na Figura 25.

Figura 25 — Superficies interna superior ¢ inferior de um sélido continuo modelado para ilustrar formu-
lacdo coesiva.

Fonte: Adaptado de Goyal (2004)°”.

A superficie de interface S é uma superficie interna ao corpo e coincidente a s

<b . e . . . .

e S. A medida em que a andlise evolui, estas superficies mantem-se ligadas apenas pela lei
constitutiva que descreve o comportamento da interface.

O Principio dos Trabalhos Virtuais aplicados a cada dominio V* e V?, resulta em:

/GijSSijth—F/TitSu?ds’r:/ bisuidvt+/Ti8”idSt
%z s 4 s

(90)
b
/ (5,‘]‘58,']' av’ + /b Tibﬁuf’ as’ = / b;du; av’ —|—/ T,~8u,~dSb
vb S Vb sb
A resultante das componentes das tensdes agindo em qualquer superficie interior
deve obedecer a terceira lei de Newton. Entretanto, as componentes da tensao ndo sao necessa-

riamente continuas®’. Logo, as equagdes de equilibrio nas superficies de interface sio:

o} dS' + Gf’jﬁ[; dst =0 ou, de forma equivalente,

_ _ On
T'dS +T'dS’ =0 Vx €S

somando a Equacdo (91) na Equacdo (90) e substituindo Tib s’ por —T} dS', obtem-se:

/ G;;0€;;dV — / T (Sul — 8u?)dS' = / bidu;dV + / T;du;dS ©2)
14 N 14 S
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Tomando as componentes de tensdo 7; agindo na superficie S e aplicando a terceira

lei de Newton tem-se a seguinte relacdo a partir da Equacdo (91):

T!dS' = —TPds’ = —T;dS vx’ e 8"’ ¢ xe5§ (93)

Assim, o lado esquerdo da Equacdo (92) pode ser modificado utilizando a Equacao
(93), permitindo que o Principio dos Trabalhos Virtuais seja reescrito incluindo as superficies

coesivas da seguinte forma:
/GijSSijdV—l—/TiSAidS:/biﬁuidV—I—/Ti&/lidS 94)
14 S 14 S

onde 7; no termo do trabalho virtual interno representa as componentes das tensoes interfaciais
agindo na superficie média deformdvel da trinca.

As componentes do deslocamento relativo sdo descritas no sistema global através
da diferenca entre os deslocamentos das duas faces da trinca:

b

A; = ul—uj ©5)

A Equacdo (94) € a base para a andlise de fraturas em solidos continuos utilizando
os MZC. Esta equacdo consegue descrever separadamente a contribuicdo do trabalho virtual

do sdlido base através do primeiro termo do trabalho interno (Uj,;) € a contribui¢io da trinca

(segundo termo do trabalho interno) para o balan¢o da equacao do Trabalho Virtual.

4.3 Formulacao do Elemento de Interface

A formulagdo de elementos de interface de espessura nula serd discutida a seguir.
Como exemplo ilustrativo, a geometria e topologia de um elemento 3D de 8 nés é mostrada na
Figura 26.

O vetor dos deslocamentos nodais u no sistema global é dado por:
T
u = [utl Viowh o v wl | Ve wh Wb W wh (96)
Os deslocamentos relativos do elemento sao dados por:

n
A=Y Niuj—Nu}=Bu (97)
i=1

onde N; representa as fungdes de forma do elemento, n representa o numero de nés em cada
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Figura 26 — Elemento de interface 8 nés 3D

Fonte: Adaptado de Evangelista (2013).8

face do elemento e B representa a matriz deformagdo-deslocamento:

N 0 O | —N; 0 0o ..
B=|0 N O | 0 -N 0 .. (98)
0 0 N | 0 0 —N;

A superficie de referéncia S ilustrada na Figura 25 é definida como a superficie média entre as
superficies superior e inferior do elemento:
x— " Nl'Xi-—f—N,'X? (99)
i=1 2

E importante notar que modelos constitutivos da zona coesiva sio definidos em
termos da relacdo entre tensdo e deslocamentos relativos para cada modo de fratura, enquanto
as equagdes de equilibrio do MEF sdo escritas no sistema de coordenadas global. E conveniente
definir um sistema de coordenadas locais no qual as dire¢des sdo tangentes e normal a superficie
média do elemento correpondentes aos Modos II/III e Modo I, respectivamente. Inicialmente,

os vetores tangentes s3o computados como:

a =X, A =Xg (100)
logo, o vetor normal é calculado por:

aj;—=a; Xa (101)

Entretanto, os vetores a; e a ndo sdo sempre perpendiculares. Logo, visando definir

uma base ortogonal, o vetor a; € definido como o primeiro vetor tangencial do sistema local,
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enquanto a3 é utilizado para calcular o vetor normal do sistema:

aj a3

e = e3 = — (102)
|ai] |as]

Finalmente, o segundo vetor tangencial do sistema local é calculado como:

€) =e€e3 Xe; (103)

A transformacio dos deslocamentos do global (A) para o sistema local (9) € reali-

zada através da relacao:
d=RA (104)

onde a matriz de rotacdo R é dada por:

ll mp nj

R=1|L my m (105)
I3 m3 n3

sendo:

61:{11 mq nl}; 02:{12 my I’lz}; 03:{13 m3 n3} (106)

Utilizando o Principio dos Trabalhos Virtuais, pode-se mostrar que as tensdes po-

dem ser transformadas do sistema local para o global através da seguinte relagao:
T=R"t (107)

onde t sdo as tensdes coesivas no sistema local.

O vetor de forcas internas g do elemento de interface € obtido a partir do PTV:
Wi = Su’ g = /S SATTdS (108)
Utilizando a Equacdo (97) e a Equagao (107), o vetor de forcas internas pode ser escrito como:
g:/SBTRTtnydS (109)

onde S corresponde a superficie média do elemento. Esta integral pode ser escrita em coorde-

nadas paramétricas como:

1 1
g:/I/I BTR7 t|J|drds (110)
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onde |J| = ||as||. Finalmente, em uma implementagdo computacional, esta integracdo é reali-

zada numericamente utilizando a quadratura apropriada:

Y (B'R"t[1)), W (111)

Mz

1

onde N € o numero de pontos de integracdo, i indica o indice do ponto de integracdo e W; € o
peso correspondente.

Virios autores3!:43:98.99

observaram que a utilizacdo da integracdo de Gauss em
elementos de interface podem causar problemas numéricos que dificultam a convergéncia da
andlise (oscilagdes espurias). Estes estudos mostraram que deve-se utilizar a integracdo de
Newton-Cotes no lugar da integracdo da Gauss. Entretanto, é recomentado a utilizacdo de um
pouco a mais pontos de Newton-Cotes além do minimo necessario para a obten¢do da integracao
exata. Deve-se analisar bem qual o nimero ideal de pontos ja que a utilizacdo excessiva de
pontos de Newton-Cotes também geram problemas de convergéncia.

Como discutido no Item 3.1, a solu¢do da equacdo de equilibrio ndo linear € re-
alizada geralmente utilizando um processo iterativo baseado no Método de Newton-Raphson.
A matriz tangente (K7) de um elemento de interface, necessdria para calcular as iteracdes de
Newton-Raphson, € obtida pela diferenciacdo das forcas internas do elemento em relagdo aos

deslocamentos nodais:

_ag_ 77 Ot 00 0A ToT
KT_ﬁ_/sB R 888AaudS /B R’ CrRBdS (112)
onde:
Cr = dt/dd (113)

¢ a matrix constitutiva tangente do modelo constitutivo. Do mesmo modo que as for¢as internas,

esta equacao pode ser escrita em coordenadas paramétricas como:
1 1
Kr :/ / B'R” C;RB|J|drds (114)
—1.J-1

da mesma forma que para as forcas internas, esta integracdo € realizada numericamente utili-

zando a quadratura apropriada:

N
Ky = ; (B'R" CrRB[J|), W; (115)

E importante notar que K7 serd simétrica sempre que Cr for simétrica.
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4.4 Modelos Constitutivos

Com a intencdo de investigar o efeito das relacdes tensdo-deslocamento relativos
sobre a convergéncia da anélise e precisdo dos resutados, dois modelos constitutivos diferentes
serdo utilizados para representar o comportamento de trincas coesivas. A Figura 27 ilustra as

caracteristicas gerais dos modelos considerados.

Figura 27 — Curvas das leis constitutivas.

Re-Carregamento

(a) Curva da lei Bilinear (b) Curva da lei Exponencial
At A z
1. .| .. Carregamento
HVI T
Carregamento :
! Descarregamento/
Descarregamento/ !

Re-Carregamento

e G

(1—-d)K

5" 5 -

Fonte: Balzani (2008)%°.

O modelo constitutivo bi-linear utiliza duas curvas lineares para representar o car-
regamento, enquanto o modelo exponencial utiliza somente uma curva exponencial. Ambos
os modelos incluem a evolu¢do do dano e comportamento de carregamento/descarregamento

de/para a origem como mostrado na Figura 27.

4.4.1 Modelo Bi-Linear para delaminacdo no Modo I

Um modelo bi-linear para a delamina¢do em modo misto foi apresentado por Tu-
ron®!. Aqui, este modelo foi simplificado para capturar o Modo I somente. Para este modelo,

utilizou-se o potencial apresentado por Turon>':

W(3,d) = (l—d)%KSZ-i-%dK(—S)Z (116)

onde & é o deslocamento relativo no modo I, K € a rigidez ndo danificada, d é o parAmetro de

dano e ( e ) sdo as fun¢des de Macaulay, definidas por:

0, x<0
(x)= (117)
x, x>0.

As equagdes constitutivas para a interface sdo obtidas a partir da diferenciacao da
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energia livre em relacdo ao deslocamento relativo, logo:

t:a%:(l—d)mmm—& (118)

Para este modelo, a lei constitutiva é descrita por:

KO se 0yux <0y or 0<0
=4 K se 0y < Opuax <Of (119)
0 se Opax > Of

onde:
K;=(1-d)K (120)

onde K € a rigidez secante, ,,,, é o deslocamento maximo obtido ao longo da anélise, &) é o
deslocamento limite antes do inicio do dano (ou seja, o limite eldstico inicial) e 67 € o deslo-
camento final antes da propagacdo da trinca em um determinado ponto material. E importante
notar que a rigidez inicial K deve possuir um valor elevado, pois a mesma atua como uma fa-
tor de penalidade que previne interpenetracdes durante a compressao. Estes pardmetros estao
ilustrados na Figura 27, onde:

_ 2Gy.

On g, , (121)

&= —
0" k> G,

Gy € a taxa de liberacdo de energia critica para o modo I (equivalente a drea da Figura 27) e 6,
¢é a resisténcia a tra¢ao (abertura) da interface.
A varidvel de dano pode ser facilmente encontrada através da semelhanga de trian-

gulos no trecho de amolescimento na Figura 27, onde:

(1-d)Ks 8 —38

R e (122)
(S —80\ O
d_( 5, 5, )Smax (123)

Logo, o modelo deve assegurar que a dissipacdo de energia durante a evolucdo do dano seja
sempre positiva.
A matriz tangente constitutiva € obtida através da diferenciacdo das tensdes () em
relacdo ao deslocamento relativo 9, logo;
ot od dd

CT:a_és: (l—d)K—K88—8+$K(—S>+dKH(—6) (124)
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onde H(x) é a fungdo Heaviside Unit Step.

x sex>0
H(x) = 125
() {O se x <0 (125)

Como o modelo trata apenas do modo I de abertura, o elemento de interface ndo possui rigidez
nas direcdes II e III. Logo, todos os termos da matriz C7 s@o iguais a zero, exceto para o modo
I. Este € descrito abaixo:

K se 0<0
c _ﬁ_ K, se 0 < dyax (126)
=35 5;%0 se 8y < & < &y

0 se 0 >0y

Na inten¢do de confirmar que o processo de fissurac@o € termodinamicamente ad-
missivel, deve-se verificar se este satisfaz a desigualdade de Clausius-Duhem, como discutido
no Anexo A. Para isso € necessdrio verificar as condi¢des da Equacgao (171) para que a mesma

seja termodinamicamente admissivel:
—Ado >0 (127)

onde o € a varidvel interna do sistema e A € dado por:

1

_o¥ _ ¥ _ —%K82—|— SK(-)? (128)

do od

Quando & < 0 tem-se A = 0 e a condigdo € satisfeita. Por outro lado, quando 0 < 8 < §,,4x, d

permanece constante e do. = 0, assim, a condicdo € satisfeita. Finalmente, quando 0 > &4,

od S O >0 (129)

do=35— = 8 — 00 0y

Assim, verifica-se a lei constitutiva como termodinamicamente admissivel.
A Figura 28 mostra o algoritmo utilizado na implementa¢do do modelo Bilinear.

O indice n+ 1 caracteriza o passo vigente enquanto o indice n caracteriza o passo anterior.

Inicialmente, faz-se necessario uma breve explicagdo sobre a utilidade da varidvel Status?;'rl

I’l+1 £ Z . .
Tror € responsdveis pela escolha da matriz tangente correta para

e
Status"'. A varidvel Status
cada iteracdo dependendo do deslocamento relativo da iteragdo.

Se a varidvel Starus’.'! = COMPRESSION, a matriz tangente serd igual ao valor

Iter
da penalidade K. Caso a varidvel Status}.!!

n+1
Iter

de C; que estd entre 8y < 8 < 87 na Equagdo 126. Finalmente, se Status}’f;l = FAILURE, a

matriz tangente € igual a zero.

= ELASTIC, a matriz tangente serd igual a matriz

secante. De outra forma, se Status = DAMAGE, entdo a matriz secante serd igual ao valor
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A varidvel Status"t! serd igual i varidvel Status;‘;grl da dltima iteragdo onde houve
convergéncia do passo. Assim, estas varidveis sdo responsdveis por controlar os parametros da
andlise de acordo com a evolu¢do do dano ou nio.

Como mostrado na Figura 28, no inicio de cada iteragdes, iguala-se a varidavel de

dano da iteracao (d?tjrl

iteracao (Status’,’;}) a estes ultimo valores convergidos do passo anterior.

), 0 deslocamento relativo méximo da iteragdao (S%;It o) €0 Status"t! da

Figura 28 — Algoritmo do Modelo Constitutivo Bilinear.

n+1 __ jn.
d[ter1 =d ’

n-+ _n .
8maxlter - Smax’

Status;';“rl = Status™;

se 8;’;’: < 0 entdo

Status""! = COMPRESSION:

Iter

K;=K;
senao
se 81 <« &1 entdo

Iter maxlter

Status"' = ELASTIC;

Iter
’{(S = (1 _d;llJerrl> -K;
senao
se §t1 < &/ entdo
Status™:! = DAMAGE;

Iter
6n+1 o 8n+1 .

maxlter —

dYH—] _ S?rtrl —d i .
Iter — 8f_80 8i1+1 H
1 .
Ks=(1.0—-d}7")-K;
senao
Status™"! = FAILURE;

Iter
8n+1 _ sn+l1.
ma)ﬁlter — Vlter>
n+1 __ .
dlter - 1'0’

Ks=0.0;

fim

fim

fim
t=Ks&H!

maxIter
se g —f < Tol entao

n+1 _ gn+l.
d - "lter >

n+1 _ sn+l
8ma)c - 8matxlter’ |
n+1 __ n+1.
Status = Statusy,,,
senao
\ Retorna ao inicio;

fim

Fonte: Elaborado pelo autor.
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Em seguida, o algoritmo checa se o deslocamento relativo da iteracdo (8"*!) foi

n+1

menor do que zero, ou seja, checa se estd havendo compressdo. Se sim, a varidvel Statusy,,,

assumird o valor COMPRESSION e a secante assume o valor da penalidade K, caso contrério,
o algoritmo verifica se o deslocamento relativo da iteracdo ¢ menor do que o deslocamento
relativo maximo iterativo.

Caso o deslocamento relativo da iteracdo seja menor que o deslocamento relativo

n+1

maximo iterativo, a varidvel Statusy,,,

serd igual a ELASTIC e consequentemente, a secante é

igual a penalidade multiplicada por (1 — d;’t'gr] ).

Caso contrdrio, se 81! da iteracio for maior que o deslocamento relativo maximo

n+1

Trer assume o valor DAMAGE, o delocamento relativo

da iteragdo,e menor que 0 & r, entdo Status
maximo da iteracdo assume o préprio valor do deslocamento relativo da iteracdo e uma nova
varidvel de dano iterativa é calculada. Consequentemente uma nova secante € calculada.

Em tltimo caso, quando o deslocamento relativo da iteragdo é maior que &, a

n+1
Iter

o valor do préprio deslocamento relativo da iteracao, a varidvel de dano iterativo assume o valor

variavel Status’,” . assume o valor FAILURE, o deslocamento relativo maximo iterativo assume
maximo 1 e a secante assume o valor zero.

Em seguida, o algoritmo calcula as tensdes multiplicando a secante calculada pelo
deslocamento relativo iterativo obtido e posteriormente verifica se houve convergéncia da ite-
racdo. Se houver convergéncia, as varidveis de dano (d”“), de deslocamento relativo maximo
(8%°1) e Status™! do passo, sdo igualadas as suas respectivas varidveis iterativas. Caso contré-

rio, o algoritmo volta ao inicio.

4.4.2 Lei Exponencial

A lei coesiva proposta é inspirada nos trabalhos de de-Andreas'®, Ortiz?® ¢ Bal-

zani®. Estes trabalhos introduzem um potencial de Smith-Ferrante 0!

, que lida com uma rela-
¢ao tensdo-deslocamento relativo. Com a intensdo de simular o modo misto de propagagao de

trinca, este modelo define um deslocamento uniaxial efetivo (8) como:

8=/ (85)2 +02(8 + &) (130)

onde (d3) sdo os colchetes de Macaulay aplicados ao deslocamento relativo na dire¢do de aber-
tura, 81 e &, sdo os componentes do deslocamento relativo nas direcdes 1 € 2 e ¢ € o fator de
ponderacdo para as mesmas diregdes.

O potencial de Smith-Ferrante 0!

Smax —dmax
‘P:etCSC(l—(l-i- 5 )e b ) (131)

onde J,,,, representa o deslocamento maximo efetivo ja alcan¢ado durante a andlise € d. € o

deslocamento critico. Esta fungio nio leva em conta nenhuma restri¢cio de contato. Balzani®?,

em termos de deslocamento efetivo é dado por:
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propds adicionar uma nova equagao a este potencial para evitar a interpenetracao das superficies

coesivas:

8max ~Smax 1 2
‘P:etCSC 1-— 1+8— e o —|—§K<—83> (132)

c

Utilizando esta abordagem, a tensdes sdo facilmente obtidas através da diferenciacao dos po-

tenciais em relacdo aos deslocamentos relativos:

oY
ti= — 133
9% (133)
Logo, utilizando as Equagdes (132) e (130), quando o dano evolui as tensdes podem ser calcu-
ladas como:
le 1-%max o
H=— )
=S, 0701
t _ Smax
Hh=Le "0 028, (134)
dc
l’ _Smax
1y = S—Cel b (83) — K(—83)
C

Da mesma forma que para o modelo Bilinear, deve-se assegurar que a dissipacao
de energia durante a evolucdo do dano seja sempre positiva. Quando o dano evolui, calcula-
se um novo valor para a matriz secante a partir do novo ;. Caso o dano ndo evolua, a
matriz secante € calculada usando o maior J,,,, convergido durante a andlise. Isto permite que
o modelo carregue e decarregue de acordo com a Figura 27.

De acordo com Balzani®’

, um critério de iteracdo quadrdtica assume resisténcias ao
cisalhamento iguais para os modos II e III (T5) e define a tensdo critica #. igual a resisténcia a
tracdo para o modo I 7. = 6,,. Com algumas manipulac¢des algébricas, é possivel mostrar que ¢

¢é equivalente a:

t =632+ 023 +13) (135)

logo, ¢ corresponde a razdo entre G, € Ts, que pode ser determinada através de resultados expe-
rimentais.
A matriz tangente pode ser obtida através diferenciacdo em relagdo aos desloca-

mentos relativos:

8t,~
35,

Cij= (136)
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Quando o dano evolui (Status = DAMAGE), a matriz tangente € simétrica e dada por:

_fe (1-3) 0 8
Ci=g5c *ol-5-5)
e (1.3 52
Con= e 5‘)4)2(1—6 28,>
te (1-3) (83)2
C = —¢€ 5 1— _KH _8
3 86 ( 6csmax) ( 3) (137)
t, i
Cip=— 25 e(1 Sc)q)45182
. 5
Ciz = —We(l 5”)(13251 (93)
. 5
Ci3 =555 e!!73)928,(53)

Quando acontece o descarregamento/carregamento eldtico, a matriz tangente constitutiva cor-
responde simplesmente & matriz secante.

A energia de fratura no modo misto G, segue o critério de B-K para materiais
compésitos laminados proposto por Kenane e Benzeggagh>. Este é definido em funcdo das
taxas de liberagdo de energias criticas nos modos puros. Esta formulacdo foi definida para 3

fixo durante as andlises, ou seja, este ndo € um modo misto varidvel.

Ge = Gie+ (Grie — Gre )N (138)

onde:

B_ Gishear o 8shear ? (139)
 Gr \ o

where 87 = 1/ (83)2 + the o € Oshear = \/5% + 8%. De acordo com Balzani®?, o deslocamento

critico d, e arigidez K sao definidas como:

P

on)? (140)
K=-—"°
G

Novamente com a inten¢do de verificar a admissibilidade termodinamica do pro-
cesso de fissuragdo utilizando a lei constitutiva proposta por Balzani, buscou-se checar a de-
sigualdade de Clausius-Duhem. Como o problema ndo é definido com uma varidvel de dano

explicita (definida em fung¢do somente do J,,,,), deve-se verificar se:

0¥
>
35, = 0 (141)
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logo, derivando a Equacao (131):

oY Omax  =dmax
~— =¢el,——¢ % >0 142
W TS, 7 (142)

Portanto, verifica-se que o modelo € termodindmicamente admissivel.
O algoritmo da Figura 29 mostra o funcionamento do modelo constitutivo exponen-

cial.

Figura 29 — Algoritmo do Modelo Constitutivo Exponencial.

8ty = 8

maxlter max>
n+l __ n.
Statusy,,. = Status”;

n+1 n+1 x
se d; " ter <O, 1., €ntio

| Status}t! = ELASTIC;
senao
Status™ ! = DAMAGE;

. Iter |
n-+ _sn+l.
8maxlter - 6Iter ’

fim

_ 8ma)c[ ter

541
Ks= g—:eo T);
Ksy :Ks-(l)z;
Ks) = Ks-¢?%;
KS3 = Ks;
se 0 < 0 entdo

‘ Ks3 =K;
senao

| Sai do Condicional
fim

i+1 .
1 = Ks) 6Iterl’

+1 .
1 = Ks» 62‘6}’2’

i+1
13 = Ks3 8};:36;
se g —f < Tol entao

n+l _ sn+l .
8max - 6maxlt.er’

Status"t = Status
senao
| Retorna ao inicio;
fim

n+1.
Iter >

Fonte: Elaborado pelo autor.

Da mesma forma que algoritmo da Figura 28, igualam-se as tultimas varidveis da
iteracdo as suas respectivas varidveis convergidas no passo anterior. Entretanto, neste algoritmo
utiliza-se apenas duas varidveis de controle: o deslocamento uniaxial efetivo (0) e Status.

Da mesma forma que o algoritmo bilinear, verifica-se se existe evolucao do dano.

Caso o deslocamento relativo da iteracdo seja menor do que o maximo deslocamento relativo
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n+1 4
Iter ¢

atribuida como ELASTIC. Caso contrario, Status?ﬁe'rl = DAMAGE e a variavel de deslocamento

iterativo j4 atingido, entende-se que nao houve evolu¢do do dano. Logo a varidvel Status

maximo efetivo € atualizada com o deslocamento uniaxial efetivo da iteracdo vigente (87;;1).

Em seguida, os termos da matriz secante sio calculados. Apds este cédlculo, é che-
cado se existe compressao, ou seja, se o deslocamento uniaxial efetivo da iteragdo € menor que
zero. Caso isso seja verdade, substitui-se o termo da matriz secante responsavel pelo modo de
abertura pela penalidade K. Em seguida, calcula-se as tensdes em cada dire¢cdo multiplicando-
se os termos da matriz secante calculados por cada deslocamento relativo da iteragdo, em suas
respectivas direcoes.

Assim, ap6s todas estas operacgoes, verifica-se a convergéncia da iteracdo. Caso esta
tenha ocorrido, atualiza-se o deslocamento uniaxial efetivo 81! e a varidvel Sratus™t!. Caso

contrario, passa-se para uma nova iteracao.

4.5 Parametros importantes na analise da delaminacao

O problema da delaminacdo, quando simulado numericamente, apresenta certas di-
ficuldades de convergéncia. Isso devido a simulagcdo do processo de amolecimento (softening)
envolvido no fendmeno fisico. Alguns autores tem buscado a obten¢do de parametros que faci-
litem a convergéncia das analises’'*.

Em um modelo de elementos finitos utilizando a abordagem de zona coesiva, a
descricdo completa do material é dividida em propriedades de fratura capturadas pelo modelo
constitutivo da zona coesiva e as propriedades do material continuo capturadas pelas regides
continuas em volta da trinca. Para se obter uma andlise bem sucedida utilizando elementos

finitos de interface, duas condicdes devem ser atingidas:

a) A contribui¢do dos elementos de interface para a flexibilidade global do modelo
deve ser pequena suficiente para evitar a introduc¢do de flexibilidades ficticias no

modelo.

b) O tamanho do elemento deve ser menor que o comprimento da zona coesiva>!.

Virios trabalhos propde o um valor ideal para rigidez ficticia do elemento de inter-

face. Daudeville et al. 192

calculou arigidez em termos da espessura e do médulo de elasticidade,
Zou et al.'% baseado em sua prépria experiéncia, sugerem que rigidez de interface esteja en-
tre 10* e 107 vezes o valor da resisténcia a tracdo por unidade de comprimento. Camanho et
al.3* obtiveram resultados precisos para espécimes de grafite-ep6xi utilizando valores de 10°
N/mm?>. Turon3! apresenta uma metodologia para se estimar a rigidez utilizando equacdes que
mostram que a elasticidade efetiva de um material compdsito ndo serd afetada pela superficie

de interface, desde que E3 << Kh/2, ou seja:
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K= %eks (143)
h/2

sendo & a espessura total da peca e 0, € um parametro de ajuste que deve ser muito maior
que 1 (o, >> 1). Entretanto, valores muito grandes da rigidez de interface K podem levar a
oscilagdes espurias da tracdo, por isso a rigidez de interface deve ser grande o suficiente para
fornecer uma rigidez elevada para ndo tornar o modelo excessivamente flexivel, mas pequena o
suficiente para reduzir problemas numéricos como a oscilagdo espuria das tensdes nos elemen-
tos. De acordo com Turon®, para valores de o, maiores que 50, a perda de rigidez devido aos
elementos de interface € de menos de 2%, o que € suficientemente preciso para a maioria dos
problemas.

E importante lembrar que a trinca s6 se propaga quando a taxa de liberagio de ener-
gia € igual a Energia Critica de Fratura. O comprimento da zona coesiva ([.;) é descrito como
o comprimento da ponta da trinca até a distancia onde a médxima tensdo coesiva € alcancada.

57,58,104-106

Esta conclusdo foi tomada apds um sequéncia de estudos que resultou no seguinte

modelo para o comprimento da zona coesiva em um corpo infinito sob carregamento remoto:

G,
(on)?

onde G, € a taxa de liberagdo de energia critica, G, € a resisténcia maxima de abertura no modo

l., =ME (144)

I da interface, E € o médulo de elasticidade (sendo no caso de materiais ortotrépicos, E3) e M €
um parametro que depende de cada modelo coesivo proposto. A Tabela 2 mostra os parametros

M para os principais modelos existentes na literatura.

Tabela 1 — Parametros M de andlise propostos.

I M

Hui et al'®. #E@s 021

Irwin %4, B 031

Dugdale’, Barenblatt® ZE-Sc. (.40
87 ()

Rice %, Falk et al'"". %Eéf—)z 0.88

Hillerborg E-S<  1.00

Fonte: Turon?!

Na tentativa de obter resultados precisos utilizando MZC (modelo de zona coesiva),
as tensdes na zona coesiva devem ser representadas de forma adequada pela discretizacdo de

elementos finitos. O nimero de elementos de interface na zona coesiva é dado por:

e
Noey = = (145)
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onde /, € o tamanho do elemento de interface na dire¢do da propagacdo da trinca.
Quando a discretizagdo na direcio de propagacao € pobre, a distribui¢do de tensdes
a frente da ponta da trinca ndo € representada precisamente. Entretanto, a defini¢do do nimero

1

minimo de elementos que deve ser usado ainda ndo é algo bem estabelecido. Turon>! comenta

os resultados de alguns estudos, estes serdo resumidos na Tabela 2.

Tabela 2 — Nimero minimo de elementos de interface propostos para a zona coesiva.

Nec;
Moes e Belytschko/ Carpinteri et al. 10 elementos
Falk et al. 2 a 5 elementos
Mi et al. 2 elementos
Davila e Camanho et al. 3 elementos

Fonte: Turon (2006)3!.

Como ja foi comentado anteriormente, uma das dificuldades de se utilizar modelos
de zona coesiva é que malhas muito refinadas devem ser utilizadas e isto acarreta andlises com
alto custo computacional. Para a propagagio da delaminago, Alfano e Crisfield* observaram
que a variagdo da resisténcia maxima de interface nao apresentavam grande influéncia nos re-
sultados, ja que o grande responsavel pela propagacao da trinca € a taxa de liberacdo de energia
critica, mas que, reduzindo esta resisténcia melhorava a convergéncia das solucdes. Utilizar
uma resisténcia menor para a interface, aumenta a zona coesiva e consequentemente aumenta
o nimero de elementos de interface na zona coesiva. Logo, a resposta ao softening ¢ melhor
representada com uma resisténcia a tracao na interface reduzida apesar da distribui¢do de ten-
sdo préxima a ponta da trinca ser alterada. E possivel desenvolver uma estratégia para adaptar
o comprimento da zona coesiva a um determinado tamanho de elemento. O procedimento con-
siste na determinac@o de um valor G, de resisténcia maxima de interface ficticia requerida para
um determinado nimero de elementos (N,cz) na zona coesiva. A partir da Equagdo (144) e

Equacio (145) pode-se determinar o seguinte parametro:

MEG
Gp =1/ —= (146)
N.czl,

Finalmente, a resisténcia de interface é escolhida como:
T = min(c,,G,) (147)

Ao reduzir a resisténcia maxima de interface, aumenta-se o comprimento da zona coesiva.
Logo, o modelo consegue capturar melhor o comportamento de softening a frente da ponta
da trinca. Entretanto, quando se utiliza esta técnica, a distribuicdo das tensdes no material base
(bulk) onde a trinca se propaga torna-se menos precisa. Obviamente, a energia dissipada é

calculada de forma coerente, o que permite a propagacdo da ponta da trinca.
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5 IMPLEMENTACAO COMPUTACIONAL

A implementacdo computacional dos modelos de zona coesiva discutidos no capi-
tulo anterior foi desenvolvida no software de elementos finitos de “c6digo aberto" (open source)
FAST (Finite Element Analysis Tool). O FAST € desenvolvido na linguagem C++ e utiliza os
conceitos de programacdo orientada a objetos (POO). O foco principal deste programa € forne-
cer uma estrutura flexivel para futuras extensdes (futuros trabalhos cientificos).

O FAST estd em desenvolvimento continuo no Laboratério de Mecanica Computa-

cional e Visualizagdao (LMCV) da Universidade Federal do Cear4.

5.1 FAST e sua arquitetura global

A estrutura do software faz uso dos conceitos de polimorfismo na tentativa de evitar
operacdes desnecessdrias e repeticdes nos codigos, melhorando assim a eficiéncia computacio-
nal e facilitando a vida de futuros programadores.

A estrutura global do FAST € mostrada na Figura 30. As linhas conectando as
classes mostram uma associagdo basica entre os objetos das classes. Esta estrutura sera discutida

nas segdes seguintes.

Figura 30 — Estrutura global do FAST.
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Fonte: Elaborado pelo autor.

A classe cControl € a classe-base do programa. Os algoritmos globais dos diversos
tipos de andlise (linear, ndo linear, estdtico, dindmico, ...) estdo implementados nesta classe
assim como os métodos associados a estes algoritmos, incluindo a numerag¢do dos graus de
liberdade, a montagem das matrizes globais (rigidez, massa, ...), dos vetores globais (forca
interna e externa), a impressao dos dados de saida, etc.

A classe cElement € responsdvel pelas informacdes necessdrias para um elemento
especifico (nds, secdo...) e realizar os cdlculos requeridos pela classe cControl, incluindo o cél-
culo das forgas internas do elemento, matriz de rigidez e tensdes. Uma caracteristica importante

da classe cElement é sua habilidade de gerenciar diferentes tipos de elementos (treliga, portico,
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paramétrico, lagrangiano total paramétrico, ...) de acordo com a necessidade do usudrio, de uma
forma bastante genérica.

A classe cEImParam gerencia os diferentes elementos paramétricos. Esta classe tem
a capacidade de utilizar diferentes elementos para diferentes tipos de problemas (estado plano
de tensdo, placas espessas, solidos...), dimensoes (1D, 2D e 3D), diferentes graus de interpo-
lacdo (linear, quadratico ...), fun¢des de forma (triangulares, quadrilaterais, hexaédriacas, ...),
quadratura numéricas (Gauss, Lobatto, Newton-Cotes,...) e materiais e modelos constitutivos
diferentes (isotrépico, orthotrépico, eldtico, viscoelastico,...).

Com o intuito de gerenciar os diferentes aspectos de forma uniforme e genérica, cE-
lemParam utiliza diferentes classes: cAnModel, cShape, cIntPoint, cMaterial, cSection, cConst-
Model e cSecAnalysis.

A classe cAnModel gerencia os aspectos relacionados as equacdes diferenciais que
caracterizam o problema a ser resolvido (estado plano de tensdo, estado plano de deformacao,
andlise de solido, placa espessa, casca abatida, ...). Ela define o comportamento genérico dos
diferentes modelos implementados para que problemas de caracteristicas fisicas diferentes pos-
sam ser resolvidos. Ela calcula, dependendo do problema a ser resolvido, matrizes (constitutiva,
transformacao, deformacao-deslocamento lineares e nao linear, tensdo...) recebendo a informa-
¢a0 necessdria de outras classes com o propdsito de obter a matriz de rigidez dos elementos e
vetor de forcas internas.

A classes cShape € aresponsdvel pelos aspectos de interpolagdes (funcdes de forma,
derivada das fun¢des de forma, vetor de referéncias locais, jacobiano para elementos 2D e
3D,..) para cada elemento. Alguns shapes de elementos existentes no FAST sdo: Barra (L2),
Viga (L3), Triangular (T3, T6), Plano (Q4, Q8, Q9), Sélido (BRICKS, BRICK20). Outra
particularidade da classe cShape € que esta classse lida com os nds que formam cada elemento
através de uma lista de objetos de tipo cNode.

A classe cIntPoint é uma classe simples responsavel por criar os pontos de integra-
¢ao (Gauss, Lobatto, Newton-Cotes) para cada elemento. Depois da criacdo destes pontos, um
modelo constitutivo € associado a todos os pontos através da classe cSecAnalysis.

A classe cSection € responsavel por armazenar informacdes relativas a geometria e
materiais que compdem a sec¢do transversal do elemento. Ela possui uma conexio com a classe
cMaterial para organizar as entradas de informagdes particulares dos elementos. Esta classe
lida com as mais diversas propriedades dos elementos como espessura nos elementos de casca
e camadas/espessura/direcao das fibras no caso de elementos compésitos laminados.

A classe cSecAnalysis lida com as informagdes necessdrias para a integracdo dos
elementos. Os objetos desta classe sdo responsaveis por adicionar um modelo constitutivo a
cada ponto de integracdo de um elemento especifico e através disto obter as tensdes € matriz
tangente para cada ponto de integracao.

A classe cMaterial € uma classe de armazenamento. Ela armazena as propriedades

do material utilizadas num elemento.
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A dltima mas nao menos importante classe a ser apresentada € a classe cConsModel.
Esta classe promove uma interface comum para as diferentes relacdes constitutivas implementa-
das no programa (isotrdpica eléstica, ortotropica eléstica, viscoelastica, Hashin, Tsai-Wu, etc).
Os principais métodos desta classe sdo responsdveis por calcular o vetor de tensdes e a matrix
tangente de acordo com o modelo desejado.

A arquitetura do FAST € projetada para que todos os objetos do software sejam
criados ao longo da leitura do arquivo de entrada. Isto € realizado através de uma busca pelos
labels principais do programa no arquivo de entrada e apds encontrados, estes chamam automa-
ticamente uma fungao de leitura.

Com a intecao de exemplificar como isto funciona, analisaremos a fun¢do cElement
:: ReadBrick20TL. Quando o label “%ELEMENT.BRICK20TL"é encontrado, esta fungdo &
chamada e sua defini¢do garante que cada objeto do tipo cElement criado esteja associado a
uma identificacdo (id), a um tipo de shape (BRICK20) e a um modelo de andlise (Solid). Apds
criado, este elemento é automaticamente armazenado no vetor de elementos (VecElm).

Em seguida a fung¢do cElmParam :: Read é chamada, pois cElemParam é herdeira
da classe cElement. Nesta funcio sdo associadas outras informacdes ao elemento como a secao
(Section) e a incidéncia do elemento (nods).

Em seguida os pontos de integrac@o sao criados e um modelo constitutivo € associ-
ado a cada ponto através da funcio cSecAnalysis::Create existente na classe cSecAnalysis.

No caso dos elementos so6lido laminados, os modelos constitutivos sao criados dire-
tamente na classe cSecAnLaminatedSolid sem a necessidade de passar pela fung¢do cSecAnaly-
sis::Create. ApOs a criagdo de todos os pontos do elemento, todas as operagdes de parametri-
zacdo das coodenadas “t"sdo realizadas na propria classe cElemParam.

Existe uma diferenca bdsica na implementacdo dos elementos estruturais de viga e
trelica (2D e 3D), casca abatida e elementos continuos (estado plano e sélido). Os elementos de
viga e trelica sdo implementados como filhos da classe cElement. Todas as suas operacdes de
integracdo (quando requeridas pelo elemento) para obter as forcas internas e matrizes de rigidez
sdo realizadas em suas proprias classes sem a necessidade de interacdo com outras classes.

No caso do elemento de casca e elementos continuos, ambos foram implementado
como filhos da classse cElementParam. A difereca bdsica entre estes dois tipos de elementos
estd no cdlculo das tensdes para a obtencdao do vetor de forcas internas g e da matriz nao li-
near geométrica Kg. Os elementos de casca sdo pré-integrados ao logo de suas laminas para
a obtencdo das deformacdes e tensdes em cada ponto de integracdo, ja que cada ponto de inte-
gracdo possui correlacdo com pontos de integracdo criados e distribuidos na direcio da espes-
sura.Esta operac@o acontece na classe cSecAnalysis. Ja nos elementos continuos, a tensdo em
cada ponto € obtida diretamente a partir do modelo constitutivo sem a necessidade de nenhuma
pré-operacdo. A medida que as tensdes em cada ponto sdo obtidas, os elementos vao sendo
integrados na classe cElemParam.

Ap6s a leitura e criagdo dos elementos, a fungdo virtual Solver é chamada. Para cada
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método de solucdo existe uma classe responsavel por realizar as diferentes operacdes requeridas.

A Figura 31 mostra os diferentes métodos de solu¢do implementados no FAST.

Figura 31 — Estrutura dos algoritmos de solu¢do implementados no FAST.

Fonte: Elaborado pelo autor.

A Figura 32 mostra alguns métodos da classe cControl.

Figura 32 — Diagrama de classe mostrando as chamadas das funcdes para montagem da matriz de rigidez
e vetor forgas interna local e global.

Fonte: Elaborado pelo autor.

A funcgd@o Solver, entre outras acgdes, é responsdvel por montar o vetor de forcas

externas atravé do método cControl :: ExtLoadVector e a matriz de rigidez através do método
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cControl :: StiffnessMatrix. Este Gitimo é responsdveis por montar a matriz de rigidez de cada

elemento e adiciond-la a matriz de rigidez global do sistema.

5.2 Implementacio do Elemento Sélido Laminado

O elemento s6lido laminado foi implementado aproveitando muitas classes ja im-
plementadas previamente no software. A Figura 33 mostra um diagrama de classes destacando
em amarelo as classes que tiveram que ser implementadas.

Figura 33 — Diagrama de classes destacando em amarelo as classes implementadas (elemento sélido
laminado).

Fonte: Elaborado pelo autor.

Figura 34 — Métodos de criagdo e operacao dos pontos de Gauss.
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Entretato, outros métodos tiveram que ser implementados ou modificados nas clas-
ses existentes. Estas alteracOes foram realizada para a implementacdo do elemento sélido la-
minado. Como o elemento sélido é um elemento paramétrico, a funcio cElmParam :: Read é
chamada para a associacdo das outras informagdes relativas ao elemento. As Figuras 34 mos-
tram o funcionamento da fun¢do Read. Nesta funcdo é implementada a rotina responsdvel pela
criacdo e modificacdo dos pontos de Gauss de acordo com a quantidade de laminas especifica-
das. Nesta funcao, objetos da classe cSecAnalysisLaminatedSolid sdo criado com a intencao de
associar um modelo constitutivo a cada ponto de Gauss criado.

As Figuras 35 mostram o funcionamento das fungdes de criagao da matriz de rigidez

e forca interna dos elementos sélido ndo linear Lagrangiano total.

Figura 35 — Operagdo dos pontos de Gauss para formar a matriz de rigidez e vetor de forgas internas do
elemento.

Fonte: Elaborado pelo autor.

A classe cSecAnalysisLaminatedSolid foi implementada no software especialmente
para este tipo de elemento. Nesta classe estao implementados importantes métodos para o fun-
cionamento do elemento sélido laminado. Entre elas pode-se destacar a cSecAnLaminatedSolid
:: LaminaSys responsavel pela obtengdo dos vetores que compde o sistema de coordenadas lo-
cal de cada ponto de Gauss. Esta funcdo necessita das fung¢des de forma e do vetor normal €3
em cada ponto de Gauss “t". Este € calculado na funcdo cShapeSolid :: NormalVector imple-
mentada na classe cShapeSolid.

Para o calculo das tensdes e da matriz constitutiva, faz-se necessario calcular o
tensor de rotacdo T. Este é calculado através da funcdo cSolid :: TMatrix implementada na

classe cSolid dos modelos de andlise. A Figura 36 mostra a relacdo entre os objetos e os métodos
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utilizados nestas defini¢des.

Figura 36 — Métodos utilizados na defini¢@o do sistema de coordenadas local dos elementos sélidos.

Fonte: Elaborado pelo autor.

O Anexo B mostra o diagrama de sequéncia do objeto da classe de controle cCon-
trol. Este ilustra a interacdo entre os objetos desta classe para a montagem da da matriz de

rigidez de um elemento sélido laminado.

5.3 Implementacio dos Modelos de Zona Coesiva

A Figura 37 mostra o digrama de classes destacando em amarelo as classes criadas
para a implementacdo do elemento de interface e Modelo de Zona Coesiva.

Neste contexto, uma nova classe (cElementlnterf) para a implementacdo de ele-
mentos de interface foi criada. Esta nova classe € derivada de cElemParam. A decisdo de criar
uma nova classe foi tomada com a inten¢do de evitar cdlculos computacionais desnecessarios,
j4 que algumas operacdo utilizadas em elementos paramétricos comuns nio sao necessarias
para este elemento, gerando assim uma melhora de desempenho da ferramenta. A fungdo cEl-
mlinterf :: StiffMat ao invés de obter a derivada das funcdes de forma, da mesma forma que a
classe cElemParam, ela obtém apenas as func¢des de forma a partir das classes cShapelnterf2D
ou cShapelnterf3D para o célculo dos deslocamentos relativos globais. Em seguida, a matriz
de rotacdo R € obtida a partir da funcdo RMatrix implementada nas classes cShapelnterf2D ou
cShapelnterf3D. Esta, € necessdria para o cdlculo dos deslocamentos relativos locais e o cdlculo

da matriz de rigidez constitutiva local.
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Figura 37 — Diagrama de classes destacando em amarelo as classes implementadas.

Fonte: Elaborado pelo autor.

A matrix de rigidez constitutiva local € cdlculada na fungdo CMatrix implementada
na classe cSecAninterfaceMixedMode, apenas com fins de gerenciamento de informagdo, mas
realmente implementada na classe cConstModel. Utilizando o polimorfismo, diferentes fun-
¢oes CMatrix podem ser chamadas dependendo do modelo constitutivo que for associado ao
elemento.

Nesta classe também estd implementado o método cElmParam :: IntForce respon-
sdvel pelo cdlculo do vetor de forgas internas. Inicialmente, esta funcao obtém os deslocamentos
relativos globais. Em seguida, a matriz de rotacdo R € calculada e os deslocamentos relativos

locais sdo obtidos. A Figura 38 destaca o método responsédvel pela montagem de R.

Figura 38 — Diagrama destacando o funcionamento da funcdo RMatrix.

Fonte: Elaborado pelo autor.

A matriz de rotacdo € necessdria para o cdlculo das tensdes locais a partir da fun-
¢ao cSecAninterfaceMixedMode :: Stress. Entretato, esta possui somente a funcdo de gerencia-
mento, ja que a fungdo que realmente calcula as tensdes estd implementada na classe cConstMo-
del e, consequentemente, também utiliza o conceito de polimorfismo para os diferentes modelos

constitutivos implementados.
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As chamadas dessas fungdes acontecem de forma semelhante ao mostrado anteri-
ormente na Figura 35. Entretanto, como o elemento de interface implementado é para andlise
linear, a implementacdo das fun¢des mudou significativamente. A Figura 39 mostra estas dife-
rencas:

Figura 39 — Diagrama destacando o funcionamento das funcdes de montagem da matriz de rigidez e
vetor de forcas internas do elemento de interface.

Diagrama destacando o funcionamento das fun¢gdes de montagem da matriz de rigidez e vetor de forcas
internas do elemento de interface.

Novos modelos de andlise foram criados, herdeiro da classe cAnModel para possi-
bilitar a implementacdo dos elementos de interface. A dnica operagdo feita nestas novas classes
¢ a montagem da matriz deformacao-deslocamento feita pela funcio BMatrix. Esta depende
somente das funcdes de forma e ndo de suas derivadas. Devido a isto, uma nova classe foi
implementada para elementos de diferentes dimensdes (cInterface2D e cInterface3D).

Na classe cSection, novas classes (cSectionlnterface2D e 3D) tiveram que ser cria-
das para lidar com elementos de diferentes dimensdes, propriedades e materiais.

Na classe cShape, novas classes (cShapelnterface2D e 3D) tiveram que ser criadas
para lidar com os elementos de interface. Estas armazenam as propriedades geométricas comum
aos elementos de interface 2D e 3D. As classes cShapelnterfL2 e L3 (para elementos de interface
2D de 4 e 6 n6s) e cShapelnterfQ4 e Q8 (para elementos de interface 3D de 8 e 16 nés). Os
célculos da matriz de rotagdo R e do jacobiano sdo realizados nestas classes, na mesma fungdo
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RMatrix.

A classe cIntPoint foi modificada para implementar a integracdo de Newton-Cotes.

Na classe cConstModel, para a implementacdo dos modelos coesivos, as classes
cModCZMexponential e cModCZMmodelbilinear foram criadas. Elas sdo responsaveis por
gerenciar as varidveis internas (varidveis de dano) de acordo com a evolu¢do do dano e através
dela obter a tensdo e a matriz tangente. Diferentes modelos de dano podem ser implementados
da que os apresentados na Figura 37.

O Anexo C mostra o diagrama de sequéncia do objeto da classe de controle cControl
ilustrando a obten¢do da matriz de rigidez do elemento de interface a partir da interacado com os

outros objetos do cédigo.
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6 EXEMPLOS NUMERICOS

As formulacdes e implementagcdes desenvolvidas neste trabalho foram verificadas
através da comparacdo com benchmarks conhecidos e validadas através da comparagdo com
resultados experimentais disponiveis na literatura.

Uma andlise critica também sera realizada com o intuito de analisar as limitacOes
destes modelos. Inicialmente serdo apresentadas andlises utilizando elementos sélidos lamina-
dos e na sequéncia estes elementos serdo utilizando em conjunto com elementos de interface
utilizando os modelos de zona coesiva.

Os resultados numéricos e experimentos existentes na literatura serdo comparados

utilizando as curvas de carga-deslocamento.

6.1 Elemento solido laminado

Dois exemplos numéricos sdo apresentados nesta se¢do no intuito de verificar a
implementagdo do elemento s6lido laminado nio linear. Estes exemplos visam verificar tanto a
eficdcia da formulagdo Lagrangiana Total quanto a eficiéncia da integracdo na secdo laminada
utilizando um tnico elemento sélido ao longo da espessura das cascas.

Ambos os exemplos foram modelados no software académico FAST descrito no
capitulo anterior utilizando elementos BRICK20. Um PC utilizando a terceira geracdo de pro-

cessador core i7 e 8Gb RAM foi utilizado para o processamento das andlises.

6.1.1 Casca abatida laminada

O primeiro exemplo foi extraido dos benchmarks de casca apresentados em Sze et
al. 198 (Figura 40).
A medida que um s6lido comeca a ficar mais fino (razdo de aspecto 0.1) espera-se

um comportamento bem préximo ao de uma casca. Este € apresentado em varios trabalhos,

Figura 40 — Modelo de casca abatida
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(a) Modelo geométrico e condi¢des de contorno. (b) Modelo em elementos finitos.

Fonte: Elaborado pelo autor.
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sendo um exemplo cldssico em andlise nao linear de cascas.

As dimensdes do modelo geométrico, carregamentos e condi¢des de contorno siao
apresentados na Figura 40, onde o raio médio é R = 2540mm, o comprimento L. = 508mm e
0 = 0.1 rad. Nas bordas laterais os deslocamento em x e z sdo nulos (# = w = 0 ) e nos nos
centrais de cada bordo, todos os deslocamentos sdo restringidos (u = v = w = 0). Isso é feito
na tentativa de evitar movimentos de corpo rigido na direcdo y.

Inicialmente realizou-se a andlise considerando o material isotrépico, E = 3102.75
MPa e v = 0.3. Para o caso laminado, E; = 3300 MPa, £, = 1100 MPa, G;» = 660 MPa e
V12 = Vi3 = V3 = 0.25. Duas laminagdes cross-ply foram consideradas: [0/90/0] e [90/0/90].
A espessura de cada lamina € igual a 4.233mm para espessura total de 12.7mm e 2.116mm para
uma espessura total de 6.35mm. A simetria ndo foi explorada para o problema e uma malha de
10x10 elementos foi utilizada para os dois casos. O deslocamento w no n6 central da casca foi
plotado para cada valor de carga aplicada, ja que o mesmo € o ponto de aplicacdo da carga.

Em todos os casos o método do comprimento de arco foi utilizado para tracar o
caminho de equilibrio ndo linear. A Figura 41, Figura 42 e Figura 43 mostram os resultados para
h = 12.7mm. Estes, comparam os resultados obtidos utilizando integracao reduzida, integracao
completa, resultados obtidos por Sze et al.'%® e os resultados obtidos no software comercial
ABAQUS utilizando o elemento s6lido laminado padrao de 20 n6s (C3D20). Nas legendas, B20
¢ equivalente a BRICK20 com integracdo completa e os sufixos “L"e “R" significam laminado
e integracio reduzida (2x2x2), respectivamente. E importante notar que as integragdes sao

realizadas lamina a lamina. O carregamento inicial para todas as andlises foi de 1N.

Figura 41 — Curva resultante da andlise da casca abatida isotrépica (h = 12.7mm).
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Fonte: Elaborado pelo autor.
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Figura 42 — Curva resultante da andlise da casca abatida com laminacdo [90°/0°/90°] (h = 12.7mm).
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Figura 43 — Curva resultante da andlise da casca abatida com laminaggo [0°/90°/0°] (h = 12.7mm).
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Fonte: Elaborado pelo autor.

Os valores das cargas nos pontos limites, os deslocamentos dos pontos limites e os
pardmetros utilizados para o comprimento de arco sdo descritos na Tabela 3. E possivel observar
que o caminho ndo linear apresenta 0os mesmos aspectos para todas as curvas tracadas. Para
todos estes casos a integracdo completa apresenta uma carga critica maior que a apresentada

pela integracdo reduzida (apesar desses serem bem préximos). De toda forma, em todos os
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casos, a carga critica encontrada pelo elemento s6lido € menor que as cargas obtidas utilizando

elementos de casca.

Tabela 3 — Limites de carga e os respectivos deslocamentos para h = 12.7mm.

Espessura  Modelo  Laminacdo Carga Limite w  Fator de Passo Numero de

(mm) (N) (mm) Passos
12.7 B20 - 2070.1 10.5 0.1 84
12.7 B20R - 2026.3 10.8 0.1 84
12.7 Sze et al. - 2215.2 10.9 0.1

(2004)
12.7 B20L [90/0/90] 1663 134 0.1 70
12.7 B20LR [90/0/90] 1627.3 13.9 0.1 70
12.7 Szeetal. [90/0/90] 1790.8 14.2

(2004)
12.7 ABAQUS  [90/0/90] 1672.7 13.9 - 138
12.7 B20L [0/90/0] 1001.7 9.7 0.1 90
12.7 B20LR [0/90/0] 975.1 9.3 0.1 90
12.7 Sze et al. [0/90/0] 1084.6 9.9

(2004)
12.7 ABAQUS [0/90/0] 1006.6 9.5 - 1001

Fonte: Elaborada pelo autor.

A Figura 44, Figura 45 e Figura 46 mostram os resultados para h = 6.35mm. Estas
figuras comparam os resultados da andlise com integracdo completa, reduzida, os resultados
obtidos por Sze et al . !%8 e os resultados obtidos no ABAQUS. O carregamento inicial utilizado

para a andlise é IN.
Figura 44 — Curva resultante da andlise da casca abatida isotrépica (h = 6.35mm).
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Figura 45 — Curva resultante da andlise da casca abatida com laminagéo [90°/0° /90°] (h = 6.35mm).
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Fonte: Elaborado pelo autor.

Figura 46 — Curva resultante da andlise da casca abatida com laminagéo [0°/90° /0°] (h = 6.35mm).
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Fonte: Elaborado pelo autor.

Os valores das cargas nos pontos limites, o deslocamento dos pontos limites e 0s
parametros utilizados para o comprimento de arco estdo descritos na Tabela 4.

Como esperado, as cargas no ponto limite utilizando a integracdo completa sdo
maiores que as calculadas utilizando a integracio reduzida. E interessante notar que o resultados
obtidos utilizando elementos sélidos para cascas mais finas (h = 6.35mm) sdo mais proximos

aos resultados esperados do que para cascas mais espessas (h = 12.7mm). Na verdade, os
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valores de cargas nos pontos limites sdo inferiores aos obtidos através dos modelos de casca,
exceto para o laminado [0°/90°/0°]. Uma das possiveis causas para isto deve-se ao fato dos
modelos sélidos considerarem o efeito do cisalhamento enquanto que alguns modelos de casca

desprezam o cisalhamento transversal.

Tabela 4 — Limites de carga e os respectivos deslocamentos para 7 = 6.35mm

Espessura  Modelo  Laminacdo Carga Limite ~w  Fator de Passo Numero de

(mm) (N) (mm) Passos
6.35 B20 - 573.1 12.7 0.1 151
6.35 B20R - 554.3 13.1 0.1 151
6.35 Sze et al. - 586.3 12.9 0.1

(2004)
6.35 B20L [90/0/90] 429.6 14.3 0.1 270
6.35 B20LR [90/0/90] 418.2 14.6 0.1 270
6.35 Szeetal. [90/0/90] 475.5 15.9

(2004)
6.35 ABAQUS  [90/0/90] 432.6 14.6 - 67
6.35 B20L [0/90/0] 247.5 10.8 0.3 2000
6.35 B20LR [0/790/0] 235.2 10.8 0.3 2000
6.35 Sze et al. [0/90/0] 234.6 12.3

(2004)
6.35 ABAQUS [0/90/0] 248.3 11.1 - 71

Fonte: Elaborada pelo autor.

6.1.2 Casca cilindrica laminada

Com o intuito de verificar a capacidade do elemento s6lido laminado de representar
os diferentes esquemas de laminacdo em geometrias com curvatura elevada, realizou-se diferen-
tes andlises em uma casca cilindrica. Estas analises foram realizadas baseando-se no trabalho
de Sze et al. !9, As simulagdes consistem nas andlises de um semi-cilindro sujeito a uma carga
transversal em um dos seus bordos, de acordo com a Figura 47.

Para estas andlises, trés laminagdes foram simuladas: Duas laminacdes cross-ply
([0°/90°/0°] e [90°/0°/90°]) e uma angle-ply simétrica [45°/ —45°/ — 45° /45°]. Todas as
simula¢des foram comparadas com simulagdes realizadas no ABAQUS e com os resultados ob-

tidos por Sze et al. 19

, exceto o da laminacdo angle-ply, ja que este exemplo nao foi encontrado
na literatura.

Para todos os casos explorou-se a simetria do problema, como mostrado na Figura
47. Uma malha 20x20 elementos foi utilizada. As unidades da espessura total do laminado
(0.03), do comprimento do cilindro (3.048) e do raio de curvatura (1.016) nao sdo especificados
neste exemplo '8, Da mesma forma, as propriedades do material sdo dadas por: E; = 2.0685 x
107, E; = 0.517125 x 107, G12 = G13 = 0.7956 x 107, Go3 = 0.198894 x 107, e Vip = Vi3 =

vy3 = 0.3.
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Figura 47 — Modelo simétrico do cilindro.

engastado

(a) Modelo geométrico e condicdes de contorno %8,

Fonte: Elaborado pelo autor.

(b) Modelo em elementos finitos.

A Figura 48, Figura 49 e Figura 50 apresentam os resultados das andlises realizadas.

Figura 48 — Curva resultante da andlise do semi-cilindro laminado [0°/90°/0°].
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Fonte: Elaborado pelo autor.
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Figura 49 — Curva resultante da andlise do semi-cilindro laminado [90°/0° /90°].

—— FAST
---e-—- Sze et al. (2004)
ABAQUS C3D20

0.8

\

0.4 -
//
/“/
0.2 e
1
///
ol
0 02 04 06 08 1 12 14 16 18

w (mm)

Fonte: Elaborado pelo autor.

Figura 50 — Curva resultante da andlise do semi-cilindro laminado [45°/ —45°/ — 45° /45°].
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Fonte: Elaborado pelo autor.

Pode-se observar que as andlises apresentam resultados muito préximos confir-
mando assim a eficdcia do elemento em simular o comportamento ndo linear geométrico de
estruturas laminadas. Também observa-se que o elemento sélido apresentado neste trabalho nao
apresentou problema de travamento (shear locking) mesmo utilizando somente um elemento na

espessura.



87

6.2 Modelos de Zona Coesiva

Neste item serdao mostradas as andlises realizadas utilizando modelos de zona coe-
siva. Inicialmente realizou-se o teste de um elemento de interface e em seguida foram realizadas

simulacdo da delaminacdo no modo I puro (DCB), modo II puro (ENF) e modo misto (MMB).

6.2.1 Teste de um Elemento

Inicialmente o teste de um elemento foi realizado para verificar a implementacao
dos elementos de interface e dos modelos constitutivos coesivos. Modelou-se dois elementos
s6lidos continuos BRICKS8 conectados por um elemento de interface de 8 nés (Q4). A base
de um dos elementos continuos foi engastada enquanto que o topo do outro elemento foi tra-
cionado. A Figura 51 mostra o modelo apds a abertura. Utilizou-se os mesmos parametros
utilizados por Evangelista et al.”® . Modelou-se uma barra de comprimento L = 0.1m e uma
area de secdo transversal quadrada de lado 0.025m. As propriedades do material estdo descritas
na Tabela 5.

Tabela 5 — Propriedades do material.

E(GPa) Vv o,(MPa) G, (N/m) K, (Pa/m)
270 00 50 99.1 5e13

Fonte: Elaborada pelo autor.

Figura 51 — Teste de um elemento para elemento de interface Q4

(a) Elemento de interface Q4
apds abertura (b) Modelo simulado (faces e arestas)

1

Fonte: Elaborado pelo autor

As Figuras 52 e 53 mostram as curvas carga-deslocamento relativo tragada para
o teste de um elemento utilizando tanto o modelo constitutivo bilinear quanto o exponencial.
Aplicou-se um carregamento distribuido médximo bastante elevado na face superior da ordem de

26.75KN. Utilizou-se Método de Controle de Carga com carregamento proporcional de forma
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a considerar carregamento, descarregamento e re-carregamento do modelo. Assim, a 0.5 da
carga total, retornou-se o valor da carga aplicada a zero e em seguida carregou-se o modelo

novamente até o valor do carregamento maximo.

Figura 52 — Curva tensdo x deslocamento relativo (modelo bi-linear).
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Figura 53 — Curva tensdo x deslocamento relativo (modelo exponencial).
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Observou-se que ao ser atingida a resisténcia maxima de interface, o elemento de
interface comecgou a ser danificado, diminuindo assim o valor de sua rigidez. Quando o con-
junto foi descarregado, ndo houve recuperacio da rigidez anterior, assim o descarregamento
aconteceu linearmente, com o valor da rigidez danificada do elemento de interface. Em seguida,

quando o conjunto foi recarregado, a relacdo tensdao x deslocamento apresentou comportamento
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linear até o novo valor da resisténcia da interface (recalculado utilizando a rigidez danificada).
A partir deste valor, a rigidez do elemento de interface é degradada novamente. Isto acontece
sucessivamente até que o valor de sua rigidez seja igual a zero, no caso do modelo bilinear e

muito préximo de zero no caso do modelo exponencial.

6.2.2 Ensaio DCB - Influéncia de parametros

Um dos testes encontrados na literatura para a obten¢ao da taxa de liberac¢ao de ener-
gia no modo I é o DCB (Double Cantilever Beam). Consequentemente este ¢ um dos exemplos
comparativos mais utilizados para testar a eficicia dos elementos coesivos implementados, as-
sim como para se estudar os efeitos das variacdes dos parametros utilizados para realizacao da
andlise de formagdo e propagacao de trincas.

Dois testes DCB foram simulados visando, além da validacao dos modelos imple-
mentados, o estudo da influéncia dos parametros utilizados para ambas as leis. O primeiro é
baseado no trabalho desenvolvido por Gongalves et al.'%, onde simulou-se a propagagio da
trinca entre duas vigas isotropicas coladas. Neste estudo buscou-se avaliar a eficicia da lei
bilinear e a influéncia dos seus parametros nas andlises. O segundo é baseado no trabalho de

Dévila e Camanho 19

e visa avaliar qual das duas leis implementadas apresenta maior facilidade
de convergéncia. As propriedades do material utilizadas na andlise estdo descritas na Tabela 6.

O primeiro modelo possui comprimento L = 100mm, largura de W = 10mm, es-
pessura total e = 3mm e uma pré-trinca de 30mm. A Figura 54 mostra as dimensdes do modelo

assim como suas condi¢des de contorno.

Figura 54 — Dimensoes e condicdes de contorno DCB.

‘ Carga
Elementos de interface Trinca inicial

o -
“30 100

N~
10

Fonte: Gongalves et al. (1999) 109,

Tabela 6 — Propriedades do Material.

Ey1 (GPa) v G (N/m) o, (MPa)
69 0.3 55 20

Fonte: Gongalves (1999)'%.

Os parametros estudados foram:

a) Efeito da discretizacao.
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b) Variacdo do nimero de pontos de Newton-Cotes.
¢) Variacdo da rigidez ficticia K.
d) Grau de interpolag¢io do elemento.

Malhas 100 x 2 e 200 x 2 foram analisadas para os diferentes parametros listados

acima (Figura 55).

Figura 55 — Malhas em elementos finitos utilizadas.

(a) Malha 100 x 2.

(b) Malha 200 x 2.
Fonte: Elaborado pelo autor.

Inicialmente, optou-se pela malha 100 x 2 com elementos de interface Q4, utili-
zando o controle de deslocamento como algoritmo de solucdo. Entretanto, ndo observou-se
a convergéncia nos trechos de amolescimento, o que levou a testes utilizando o comprimento
de arco, também sem sucesso. Entdo, buscou-se variar o nimero de pontos de Newton-Cotes
(de 4 a2 12) e novamente ndo obteu-se sucesso. Repetiu-se todos os procedimentos anteriores
utilizando elementos de interface Q8, também sem sucesso.

Assim em uma tentativa de conseguir a convergéncia nestes trechos a qualquer
custo, dobrou-se a taxa de liberacdo de energia proposta no problema. Observou-se que o
modelo convergia tanto para elementos de interface Q4 e Q8. Isto era esperado de acordo com
as Equacdes 144 e 145, ja que aumentando G, obtém-se um comprimento de zona coesiva
maior. Entretanto este ndo era o problema que queriamos solucionar, assim percebeu-se que
esta discretizacdo ndo era suficiente para encontrar-mos a solugao.

Em seguida, buscou-se utilizar a discretiza¢dao 200 x 2. Utilizou-se os algoritmos de
controle de deslocamento e o comprimento de arco. Ambos ndo apresentarao grandes diferencgas
nos resultados encontrados. As Figuras 56 e 57 mostram os resultados para esta discretizacao
utilizando elementos de interface Q4 para 6 e 12 pontos de Newton-Cotes. Observou-se que
existe uma pequena tendéncia a convergéncia para valores de K menores que o valor madximo
analisado. Entretanto este ndo se mostra um fator determinante para o sucesso ou nao da con-

vergéncia da andlise.
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Figura 56 — Curvas do modelo DCB utilizando elementos Q4, malha 200x2 e 6 pontos de Newton-Cotes.
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Fonte: Elaborado pelo autor.

Figura 57 — Curvas do modelo DCB utilizando elementos Q4 e malha 200x2 e 12 pontos de Newton-
Cotes.
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Fonte: Elaborado pelo autor.

A Figura 58 e Figura 59 mostram os resultados para uma malha 200 x 2 utilizando
elementos de interface Q8 para 6 e 12 pontos de Newton-Cotes. Observou-se que elementos
Q8 apresentam um desempenho melhor que Q4. Logo, pode-se observar que a utilizagdo de

elementos de maior grau de interpolacdo nas andlises favorecem a convergéncia.
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Figura 58 — Curvas do modelo DCB utilizando elementos Q8 e malha 200x2 e 6 pontos de Newton-
Cotes.
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Fonte: Elaborado pelo autor.

Figura 59 — Curvas do modelo DCB utilizando elementos Q8 e malha 200x2 e 12 pontos de Newton-
Cotes.
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Fonte: Elaborado pelo autor.

Outro fator importante € a utilizacdo de varios pontos de Newton-Cotes. Estes po-
dem facilitar a convergéncia ou nao, logo deve-se analisar qual o nimero de pontos de Newton-
Cotes 6timo para cada tipo de andlise. O mesmo equivale para a rigidez ficticia K, pois a

utilizacdo de K bem pequenos nao significa necessariamente que o modelo computacional ird
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ter mais facilidade de convergéncia.

6.2.3 Ensaio DCB - Influéncia das lei constitutivas

Com o intuito de verificar a influéncia das diferentes leis constitutivas na eficién-
cia da convergéncia, validar os modelos computacionais e checar a interacdo entre os modelos
s6lido laminado e interface, realizou-se uma comparagao entre os modelos implementados uti-
lizando como base os resultados experimentais obtidos por D4vila & Camanho 19

O corpo de prova foi modelado como um laminado unidirecional contendo uma
pré-trinca de 55mm que parte da extremidade carregada, possui 150mm de comprimento, 2mm
de largura e é composta de duas laminas espessas de 1.98mm. As propriedades do material

(Grafite-epoxi) utilizado no experimento encontram-se na Tabela 7.

Tabela 7 — Propriedade do Grafite-Epoxi.

Ey1 (GPa) Ey = Ezz (GPa) G = Gz (GPa)  Go3 (GPa)

150.0 11.0 6.0 3.7
Vi2 =Vi3 V23 Gic (N/m) 6, (MPa)
0.25 0.45 352.0 60.0

Fonte: Turon (2007) 1.

O modelo foi discretizado com uma malha de 150 x 2 elementos utilizando elemen-
tos sélidos laminados BRICK20 para a modelagem das laminas e 95 elementos de interface Q8
entre as duas laminas. Da mesma forma que o teste anterior (e como deve ser um modelo clés-
sico de DCB), as cargas foram aplicadas em uma das pontas do modelo, em sentidos opostos,

enquanto que a outra face € engastada (u = v = w = 0). A Figura 60 mostra o modelo DCB.

Figura 60 — Modelo DCB discretizado em elementos finitos.

Fonte: Elaborado pelo autor.

O resultado da simulag@o € mostrado na Figura 61. Para a obtencdo da convergéncia
numérica do modelo bilinear foi necessario reduzir a sua resisténcia a tracdo 6¢, de acordo com
o indicado por Turon!!!.

O modelo exponencial foi capaz de conduzir a andlise sem necessidade de ajustes.

Este resultado era esperado, pois a curva exponencial apresenta um suavidade (e continuidade)
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maior que a curva bi-linear. Isto acaba se tornando um fator primordial para o sucesso da

analise.

Figura 61 — Curvas cargaxdeslocamento relativo comparativas entre modelos bi-linear e exponencial.

70 | e
—— Experimental
---+--- Le1 Bilinear
---+--- 1 ei Exponential
60 g
\*'\:;-&._
h \\:T‘z\*, \\
50 N
- 40
Z
[=¥
30

20 /
op 7

Vs

0  0.001 0002 0003 0.004 0.005 0.006 0.007 0.008 0.009
8 (m)

Fonte: Elaborado pelo autor.

6.2.4 Influéncia do comprimento da zona coesiva (Teste DCB)

Na inten¢do de verificar a influéncia do comprimento da zona coesiva na conver-
géncia da solucgdo, vérias andlises foram realizadas variando o nimero de elementos na zona
coesiva. Os resultados foram comparados com os experimentos apresentados por Balzani®’.

Como anteriormento foi verificado que o modelo constitutivo exponencial apresenta
melhor eficiéncia de convergéncia, utilizou-se 0 mesmo modelo constitutivo para a realizacao
das andlises seguintes.

O modelo utlizado para verificar o modo I possui um comprimento de 150mm,
largura de 25.4mm e espessura total de 3.05mm. Uma regido pré-delaminada € inserida na
metade da espessura e possui comprimento de 31.75mm. As propriedades utilizadas na analise

encontram-se na Tabela 8.

Tabela 8 — Propriedades do Material.

E11(GPa) Ex(GPa) Gia(GPa) Gao3(GPa) Vi2 Va3 Gr.(N/m) o%MPa) 10(MPa)
138 8.96 7.1 3.446 03 0.25 222 51.7 91.7
Fonte: Balzani (2008)%°.

Inicialmente calculou-se um comprimento de zona coesiva de 0.655mm utilizando

os valores apresentados na Tabela 8 e considerando o parametro M igual a 0.88, sendo este o
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mesmo obtido por Rice!%. Virias andlises foram realizadas variando o nimero de elemen-
tos na zona coesiva (e consequentemento o tamanho dos elementos) em uma faixa de 0.2 a 4
elementos. Para este caso a andlise mostra que para obter-se resultados coerentes com 0s re-
sultados experimentais e a resposta analitica faz-se necessario, no minimo 0.64 elementos na
zona coesiva, isto é, menos de um elemento na zona coesiva ([, = 1.67). Entretanto, mesmo
para os melhores resultados, a andlise se mostrou um pouco menos rigida que os valores ob-
tidos experimentalmente assim como a prépria resposta analitica. A Figura 62 mostra estes

resultados.
Figura 62 — Curvas carga-deslocamento para um teste DCB variando a discretizagdo da malha.
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Fonte: Elaborado pelo autor.

Segundo Turon?!

, 0 erro obtido utilizando malhas grosseiras estd relacionado com
a capacidade do modelo de representar as tensdes proximas a ponta da trinca.

Em seguida, verificou-se o efeito da resisténcia interfacial nas simulagdes para uma
malha fixa. Apesar da Equagdo 146 indicar que a tensdo interfacial G, se relaciona com o
nimero de elementos na zona coesiva e o tamanho /, do elemento, desejou-se verificar como
as andlises procederiam variando unicamente a resisténcia interfacial. A Figura 63 mostra os

resultados obtidos nessa analise.
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Figura 63 — Curvas Carga-Deslocamento para um teste DCB variando a resisténcia interfacial para uma
malha 2x30.
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Fonte: Elaborado pelo autor.

Os resultados mostram que a diminui¢do da tensdo interfacial tende a melhorar
a convergéncia do modelo, entretanto para modelos mais robustos faz-se necesario utilizar a

Equacdo 146 para uma melhor estimativa da relacdo discretizacdo X tensdo de interface.

6.2.5 Testes ENF e MMB

Outras simulacdes foram realizadas no intuito de validar a capacidade de simulacio
no modo II puro e no modo misto. Para isso simulou-se os testes ENF (End-Notched Flexure) e
MMB (Mixed-Mode Bending Test) para taxas de mistura de 20%, 50% e 80%. Estes resultados
foram comparados com solugdes analiticas presentes na norma ASTM (D6671/D6671M-06)

para testes de fratura em compositos.

Tabela 9 — Propriedades do material para os testes ENF e MMB.

Ey1 (GPa) Epyp =E33(GPa) Gip = Gi3 (GPa) Goz (GPa) v =Vi3 V3

120.0 10.5 5.25 3.48 0.3 0.5
G]C (N/m) G]]C (N/m) Oy (MPa) Ts (MPa) n
260.0 1002 15.0 30.0 2.0

Fonte: Turon (2010)''2.

O corpo de prova simulado possui comprimento de 150mm, largura de 20mm e
espessura de 3.1mm (duas laminas de 1.55mm). Uma malha 210x2 foi gerada para as andlises.

Elementos sélidos laminados Q8 foram utilizados para simular o compdsito enquanto que 49



97

elementos de interface de 6 nés (L.3) foram utilizados entre as duas laminas (estado plano de
tensdo). As propriedades do composito sdo mostradas na Tabela 9.

As condicdes de contorno e carregamento para os testes ENF e MMB sdo defi-
nidas de acordo com Turon!'?. Elementos coesivos modelados somente com prevengdo para
interpenetracdo sdo usados para simular a pré-trinca existente. A Figura 64 mostra as malhas

deformadas para as simulagdes dos testes ENF e MMB.

Figura 64 — Modelos ENF e MMB.

y

X

(a) Modelo MMB discretizado deformado.

(b) Modelo ENF discretizado deformado.
Fonte: Elaborado pelo autor.

Os modelos para 0 MMB sdo simulados variando as relacdes entre o tamanho do

braco de alavanca do aparato de teste e a proporc¢do das forca aplicadas de acordo com Turon 2.

Para a obtencdo do deslocamento do ponto de aplicacdo da carga, a Equacao 148 ¢ utilizada:
_c+L c

w= 7 wm-l—zwe (148)

onde w,, é o deslocamento vertical do né central da viga, w, € o deslocamento do n6 da estremi-
dade da viga, L é o comprimento da metade do modelo e ¢ é o tamanho do brago da alavanca.

Os resultados s@o apresentados na Figura 65.
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Figura 65 — Simulac¢do dos modelos ENF e MMB.
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Fonte: Elaborado pelo autor.

Para estes testes, a taxa de liberac@o de energia foi mantida fixa para cada caso em
questdo. O modelo mostra boa concordancia com os resultados obtidos por Turon 12, apesar de

em alguns casos a carga méxima encontrada ser menor que na solugdo analitica.
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7 CONCLUSAO

O presente trabalho buscou desenvolver uma ferramenta de andlise capaz de cap-
tar o inicio e propagacdo de falhas devido a delaminagdo em estruturas laminadas. Para isso,
procurou-se utilizar um método computacional, ja que solucdes analiticas sdo muito especificas,
que gerasse resultados confidveis e de implementacdo computacional relativamente simples. O
Método dos Elementos Finitos foi o método escolhido para a solu¢do de problemas com estru-
turas de geometrias complexas.

Como primeiro passo para solu¢cdo deste problema, foi necessario escolher o tipo
de elemento finito que seria usado para representar uma estrutura sélida laminada. Este ele-
mento deveria oferecer uma implementagao relativamente simples assim como a capacidade de
representar um estado de tensdo 3D de forma satisfatoria.

O segundo passo foi implementar um elemento finito que fosse capaz de representar,
de forma satisfatéria, o inicio e a propagacdo de trincas. O MEF oferece algumas op¢des para
a simula¢do deste tipo de falha, entretanto a que melhor se enquadrou nos propodsitos deste
trabalho foram os elementos de interface utilizando os modelos constitutivos coesivos para a
modelagem deste problema.

Para a simulacdo da estrutura laminada, optou-se por utilizar elementos finitos s6-
lidos laminados. Estes elementos provaram ser elementos extremamente eficientes em repre-
sentar o campo de tensdes além de apresentarem uma forma de implementacao relativamente
simples. Estes sdo baseados na idéia da integracao lamina a lamina para a obtencao das rigide-
zes e forga interna no elemento.

Também com o intuito de contribuir com o software de andlise existente (FAST),
implementou-se o elemento finito nao linear geométrico. Para isto utilizou-se a formulacdo
Lagrangiana Total. O uso desta formulacdo foi vantajosa pois permitiu a representacao das
tensoes e deformacgdes em relagc@o a configuracdo indeformada da estrutura tornando assim sua
implementa¢do mais simples.

Para a solu¢do das equagdes nao lineares foram apresentados os principais métodos
de tracado do caminho carga-deslocamento a partir do uso do Método de Newton-Raphson.
Tanto o Método do Controle de Carga, como o Método do Controle de Deslocamento e 0 Com-
primento de Arco foram discutidos.

Nos exemplos tratados, considerando somente a anélise geometricamente ndo-linear
dos elementos sélido laminado, notou-se uma Otima concordancia com os resultados encontra-
dos na literatura. Assim, tanto nos exemplos de casca abatida isotrépica e laminada como nos
exemplos de casca cilindrica, o elemento representou corretamente o comportamento da estru-
tura (tanto para o caso de casca espessa como para o caso de casca fina), superando assim as
possiveis complicacdes relacionadas a pequena razdo de aspecto analisada (shear locking).

Para estes exemplos utilizou-se, sempre o comprimento de arco, j4 que 0 mesmo se

mostrou uma ferramenta capaz de superar os snap-backs e snap-through que apareceram nas
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andlises.

Em seguida, discutiu-se a respeito da caracterizacdo da delaminagdo, seus mecanis-
mos € modos de falha. Também realizou-se uma discucdo a respeito das estratégias compu-
tacionais para a modelagem destes problemas. Devido a capacidade dos modelos coesivos de
simular fendmenos fisicos complexos de forma relativamente simples, optou-se por implemen-
tar modelos de zona coesiva. A validade destes modelos foram discutidos a partir dos principios
estabelecidos pela primeira e segunda lei da termodindmica. Dois modelos foram estudados e
implementados: O modelo bilinear modo I puro e 0 modelo exponencial misto ndo varidvel. A
eficiéncia destes dois modelos em termos de velocidade de andlise e rapidez de convergéncia
fol analisada.

Algumas anélises foram realizadas buscando conhecer melhor os parametros de in-
fluéncia em uma anélise de delaminag¢ao utilizando o modelo bilinear modo I puro, assim como
os parametros que influenciam as andlises de modelos de zona coesiva em geral. Confirmou-
se os resultados de estudos encontrados na literatura a respeito de alguns parametros que sio
importantes para as simula¢do da delaminacao.

O primeiro parametro importante € a discretizagdo da malha dos modelos em ele-
mentos finitos. O nimero de elementos utilizados na zona coesiva influencia na convergéncia
do modelo. A utilizagdo da integracdo de Newton-Cotes ao invés de Gauss também € algo
decisivo. E importante buscar um nimero 6timo de pontos de Newton-Cotes para as andlises,
ou seja, nem sempre exagerar no nimero de pontos de Newton-Cotes representa garantia de
convergéncia. Para as andlises realizadas foram utilizadas integra¢des variando entre 5x5x5 e
8x8x8. A variacdo darigidez ficticia “K", ndo é um parametro determinante para a convergéncia
da andlise. Entretanto verificou-se que rigidezes muito elevadas dificultam ainda mais a conver-
géncia e evolucao da andlise. Um dos parametros mais importantes é o grau de interpolacao dos
elementos utilizados como material continuo de base para os elementos de interface. Elementos
com grau de interpolacdo maiores sdo melhores para representar o comportamento coesivo do
que elementos com grau de interpolacdo menores.

Também para os exemplos de modo I puro, observou-se que a velocidade da ané-
lise € maior utilizando o modelo bilinear do que utilizando o modelo exponencial. Entretanto,
observou-se que em alguns casos o modelo bilinear apresenta bastante dificuldade de conver-
géncia. Isto ocorre porque a curva que caracteriza o modelo bilinear possui uma desconti-
nuidade (inflexdo). Logo, o modelo exponencial mostrou-se, para o modo I, uma excelente
ferramenta de andlise, j4 que o mesmo possui uma estabilidade numérica muito maior que o
modelo bilinear.

Também foi apresentado algumas recomendagdes para a escolha dos parametros
adequados para a obtencdo da convergéncia nas andlises. Estas, mostraram que a convergéncia
¢ fortemente influenciada pela resisténcia a tragdao de abertura e pelo nimero de elementos na
zona coesiva. Observou-se que, quanto maior o nimero de elementos na zona coesiva, maior

¢ a chance de convergéncia. Também observou-se que, diminuindo a resisténcia a tracdo, €



101

possivel a convergéncia do problema, em termos de deslocamento. Em termos de representacao
das tensdes ao redor da ponta da trinca, é necessdrio utilizar mais elementos finitos na espessura
e nao &€ possivel dimunir a resisténcia interfacial, ja que isso apresentaria resultados incoerentes
com a realidade.

Como o modelo exponencial mostrou-se mais eficaz para a simulag@o da zona coe-
siva, adotou-se 0 mesmo para a modelagem da delamina¢cao em modo misto fixo. Os modelos
analisados apresentaram excelentes resultados comparados com os modelos existente em lite-

ratura.

7.1 Sugestoes para trabalhos futuros

O presente trabalho abordou aspectos importantes no estudo da delaminagdo de
materiais compositos laminados. Entretanto, devido ao crescente desenvolvimento deste campo,
novos estudos devem ser realizados afim de conhecer o comportamento de estruturas compositas
sujeitas a outros tipos de carregamentos. Assim os seguinte itens listados visdo propor futuras

investigagdes na presente linha de pesquisa:

a) Estudo da flambagem eldstica de cascas laminadas.

b) Desenvolvimento e implementa¢do de modelos constitutivos para consideracao

da falha progressiva.
¢) Andlise ndo linear fisica e geométrica de cascas laminadas.
d) Estudo da flambagem de cascas laminadas com falha progressiva.

e) Estudo da flambagem de cascas com delaminagao.
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A ANEXO-TERMODINAMICA COM VARIAVEIS INTERNAS

Neste anexo, apresenta-se uma breve introduc¢do as leis termodinamicas aplicadas a
meios continuos, esta pretende familiarizar o leitor com os principios bdsicos necessarios para
se definir um modelo constitutivo fisicamente consistente 3.

A primeira lei da termodindmica representa um balango de energia detalhado des-
crevendo a forma como a energia interna de um volume genérico £, a energia cinética deste
volume e a taxa de calor transferida para este corpo se relacionam. Este balanco pode ser es-

crito como:
U+K=W+Q (149)

onde U € a taxa de variagdo de energia interna (poténcia interna), K é a taxa de varia¢do da
energia cinética (poténcia cinética), W é poténcia realizada pelas forcas externas e Q é a taxa de
calor transferido ao corpo. Cada termo da equagdo pode ser escrito da seguinte forma para um

s6lido sofrendo um processo de deformagao:

. d
=2 [ pude
dt/gpu

. d [
K:—/ ~p|v[2dQ
dt Jo2 (150)

W:/pb-de+/6n-vdA:K—l—/O':DdQ
Q A Q

Q:—/q-ndA+/qu
A Q

onde p € densidade do solido, u € a energia interna especifica por unidade de massa, v € vetor
das velocidades, b € a for¢a causada pelo campo gravitacional por unidade de massa no soélido,
o ¢ o tensor das tensdes, D € a taxa do tensor deformacao (igual a € sendo € o tensor deformacao
para pequenas deformacdes), q € o fluxo de calor por unidade de drea entrando no sélido e g
é a taxa de geracdo de calor volumétrica. O sinal negativo na primeira integral de Q é devido
ao vetor normal n apontar para dentro da superficie. Apds algumas operacdes e utilizando o

balango de massa'!# é possivel obter a forma intensiva da primeira lei a seguir:

pu=06:D—-V . -q+pg (151)

A segunda lei da termodinamica lei fornesse uma forma bem clara de visualizar o

grau de irreversibilidade dos processos fisicos, esta € descrita através da seguinte equagao:

Stotal = Slransf + Sger onde, Stotal - Stransf >0 (152)

onde S, € a taxa de variagdo total da entropia associada ao volume do sélido, S;,4s7 € a en-
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tropia associada a taxa de transferéncia de entropia pelo fluxo de calor (transferéncia de calor),
fluxo de massa (se houver) e devido a taxa de geracdo de calor, Sge, ¢ a taxa de geracdo de

entropia no sistema devido as irreverssibilidades. De acordo com Moran !> e Gurtin !'4:

. d
Stotal - E/VdeV

. (153)
Spransf = —/J-ndA—l—Z(/spv-ndA),-n—Z(/spv-ndA)om-I—/JdV
A in A out A 14
onde:
_4

J= 0

Pq
J="1

0 (154)

s = entropia especifica (J/Kg- K)

6 = temperatura absoluta (K)

Como num problema de deformagdo simples ndo existe transferéncia de entropia

pelo fluxo de massa, a desigualdade da Equacio (152) pode ser escrita como !14:

%/VpstZ —/AJ-ndAnL/VJdV (155)

114

aplicando o Teorema da Divergéncia’ '™ obtem-se:

Sr= [ psav— [ v <9> av+ [ Pav=o (156)
% % 0 v 6

logo, a Segunda Lei da Termodinamica assume a forma intensiva:

ps—V.

e

N % >0 (157)

Em um processo de deformacao irreversivel a taxa de variacao da entropia total do
volume (S;,;47) ndo pode ser igual ou menor que a taxa de variacdo da entropia fornecida pelo
fluxo de calor e massa, somada a taxa de variacdo de entropia associada a geracdo de calor
(Strans ). Caso ndo haja gerac@o de entropia (Sge, = 0), o processo € considerado reversivel
e a igualdade prevalesce, entretanto Sger jamais pode ser menor que zero, pois nesse caso, O
processo € fisicamente inconsistente (ndo existe) 15,

A primeira e a segunda lei podem ser combinadas com o intuito de criar uma Unica
expressao matemadtica que possa ser utilizada para averiguar se um processo € termodinamica-

mente admissivel ou ndo. Usando a seguinte relagdo:

q 1 1
V- (2)=-V.q——=q-V 1
(e) o7 4 geVe (158)
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substituindo a Equacgado (157) na Equacgao (156) e sucessivamente substituindo V - q pela Equa-
¢do (151) tem-se:
: : N Pq
ps+(—pu+6:D+pg)(5)— 59 VO—-—2>0 (159)
6” © 0
finalmente, multiplicando a Equacdo (159) por 0 e cancelando-se pg obtem-se a desigualdade

de Clausius-Duhem:
. . 1
p9s—pu+0‘:D—6q~V920 (160)

Outra forma de escrever essa desigualdade € através do conceito da energia livre
especifica ¥ (também conhecida como energia livre de Helmholtz por unidade de massa) 13114,
Este representa um potencial energético onde € possivel transformar toda a energia disponivel
em trabalho. O potencial ja é definido levando em conta a parcela de energia que € dissipada

através das irreversibilidades:

W=u—0s sendo¥=1u—0s—0s (161)
substituindo na desigualdade de Clausius-Duhem e rearranjando os termos tem-se:
p(‘P—I—G)-{-G:D—éq-VOzO (162)

A defini¢do dos conceitos anteriores, sdo tteis para andlise da coeréncia termodina-
mica de uma lei constitutiva qualquer. Seja B um meio continuo, os processos termodinamicos
em B podem ser de duas naturezas: Termocinéticos (formado por um par de campos €(x,1) e
0(x,1)) ou calordindmicos (formado por um conjunto de campos 6(x,1), u(x,t), s(x,t), r(x,t),
b(x,1), q(x,1)) que satisfazem os equilibrios de momento, primeira e segunda lei.

O principio do determinismo termodinamicamente compativel ''® postula que a his-
téria de um processo termocinético em que a vizinhanca de um ponto x de B foi submetido
determina o processo calordindmico para B no ponto x’, em particular, para materiais simples.
A histéria local de F, 6 e g, onde F € o tensor gradiente de deformacdo e g = VO (histdria
somente no ponto x), € suficiente para determinar a histéria do processo termocinético para
propositos constitutivos. O principio do determinismo termodinamico implica a existéncia de

funcionais constitutivos F, R, # e 9 da histéria de F,0 e g, de tal forma que para um ponto x:

o(x,1) = F(F(x,1), 8(x,1), g(x,1) )
P(x,1) = R(F(x,1), 0(x,1), g(x,1) )
s(x,t) = H( F(x,1), 0(x,1), g(x,1) )
q(x,1) =I(F(x,1), 6(x,1), g(x,1) )

(163)
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e a inequacao de Clausius-Duhem vale para todos os processos termocinéticos de B.

Uma alternativa para a descri¢dao geral baseada na histéria dos funcionais € a uti-
lizacdo da chamada termodindmica com varidveis internas. Sua hipétese inicial € a de que a
qualquer instante do processo termodinamico, o estado termodindmico (definido por 6,¥,s e
q) em um dado ponto x pode ser completamente determinado por um nimero finito de varid-
veis de estado conhecidas. O estado termodindmico depende unicamente do valor instantaneo
de suas varidveis de estado e ndo de sua histéria passada.

Para as aplicagdes mais comuns € conveniente assumir que um estado termodina-

mico em um ponto qualquer é determinado pela seguinte conjunto de varidveis de estado:

{F, 6 & a} (164)

onde o € um conjunto de varidveis internas associado a mecanismos de dissipacao de energia.
Seguindo as hipéteses anteriores (segundo Gurtin!'% | a dependéncia do gradiente
de temperatura na funcido W deve ser desprezada para ndo contrariar a segunda lei da termodi-

namica), assume-se que a energia especifica livre possui a seguinte forma:
¥ = ¥(F,0,0) (165)

logo, a taxa de variacdo da mesma € dada por:

a\P:F+a—lP:6+a—lP:oék (166)

= ﬁ 00 aOCk

onde k indica o indice de cada varidvel interna ligada a dissipacdo existente no problema. Fa-

zendo a seguinte equivaléncia'l”:

6:D=cF T:F (167)

substituindo a Equacao (166) e Equacdo (167) na Equacao (162), pode-se reescrever a desigual-
dade de Clausius-Duhem, da seguinte forma:

¥ ¥

. . 1
(TF~ T :F—p(s+—)6—paTCkOik——q-g20 (168)

2%,
PIF 90 0

Esta equacdo deve valer para todos os processos possiveis, em especial os reversiveis.
Seguindo estas hipéteses 7118 | tem-se os dois primeiros termos da Equagio (168)
relacionados a processos termodinamicamente ideais. Logo, os tltimos termos € quem define a

admissibilidade termodindmica de um processo irreversivel. Assim pode-se reescrever a desi-

gualdade de Claussius-Duhem para um processo qualquer irreversivel da seguinte forma:

—Agx O3 g >0 (169)
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onde oy representa as varidveis internas do sistema. Nesta equagdo, o simbolo do produto no
primeiro termo representa a devida operagdo de multiplicacdo, enquanto Ay define as forcas

termodindamicas conjugadas:

0¥
Ay =p=— 170
K=P5a (170)
sendo A = {Ak} eo = {ock} pode-se reescrever a desigualdade como:
|
—A*a—é-gzo 171)

Esta equacgdo dita que todas as dissipacdes de energia num processo termodinamico

real devem ser maiores do que zero.
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