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RESUMO 

 

ESTRATÉGIA ALTERNATIVA PARA A DETERMINAÇÃO DO LIMIAR DE 
PROPAGAÇÃO DE TRINCAS ATRAVÉS DA TEORIA DA DISTÂNCIA 
CRÍTICA 
 

Este trabalho propõe uma estratégia numérico-experimental para determinar o valor do 

limiar de propagação de trincas, thK∆ , importante parâmetro da mecânica da fratura. Em 

particular, o Método do Ponto e o Método da Linha foram usados em conjunto com a 

resistência à fadiga de corpos com e sem entalhe permitindo formular uma metodologia 

híbrida para predição de fratura. A fim de checar a precisão da estratégia proposta, 40 

conjuntos de dados experimentais foram selecionados a partir da literatura disponível para 

vários materiais metálicos. O valor do limiar de propagação de trincas foi predito através 

do pós-processamento dos resultados da análise linear-elástica em Elementos Finitos. As 

análises mostraram uma estreita relação entre as predições e os dados experimentais. Em 

particular, esta estratégia permitiu predições dentro de um intervalo de erro de 20%± , 

independente da forma do corpo de prova. Os resultados obtidos mostraram que raio de 

entalhe menor que 1 mm e coeficiente adimensional (raio do entalhe / dimensão associada 

à seção transversal) menor ou igual a 0,01 são mais indicados pois apresentam menor 

tendência de erro. Além disso, o Método da Linha prevê estimativas mais conservadoras 

que o Método do Ponto. Por fim, propriedades de fadiga em conjunto com a Teoria da 

Distância Crítica podem ser usadas para predizer parâmetro de mecânica da fratura e serem 

usadas em situações de interesse prático, reduzindo o tempo e o custo de projeto. 
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ABSTRACT 

 

ALTERNATIVE STRATEGY FOR DETERMINING THE THRESHOLD OF THE 
STRESS INTENSITY FACTOR THROUGH THE THEORY OF CRITICAL 
DISTANCE  
 

This work proposes a numerical-experimental strategy to determine the threshold of the 

stress intensity factor, thK∆ , an important parameter of fracture mechanic. In particular, 

Point Method and Line Method were used in conjunction with the notched and unnotched 

fatigue limits allowing the formulation of a fracture prediction methodology. In order to 

check the accuracy of the proposed strategy, 40 sets of experimental data were selected 

from the technical literature for several metallic materials. The threshold of the stress 

intensity factor value was predicted by post-processing the results of linear-elastic Finite 

Element Analysis. The performed analyses showed a sound agreement between predictions 

and experimental data. In particular, the obtained estimations were found to be accurate 

within an error interval about 20%± , regardless the specimen geometrical feature. The 

obtained results show that a notch root radius smaller than 1 mm and a geometrical relation 

(notch root radius / net cross section) smaller or equal to 0.01 are more indicated. 

Moreover, the Line Method gives more conservative predictions than the Point Method. 

Finally, the fatigue properties in conjunction with linear-elastic Theory of Critical 

Distances can successfully be used to predict the threshold of the stress intensity factor in 

situations of practical interest, reducing the time and costs of the design process. 
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1. INTRODUÇÃO 

 

1.1. MOTIVAÇÃO 

 

Componentes mecânicos e diversas estruturas são constantemente sujeitos a carregamentos 

dinâmicos que podem provocar alterações macroscópicas em seus materiais. Estas podem se 

acumular e se desenvolver em trincas, de forma a comprometer a integridade estrutural. Este 

processo de dano é conhecido por fadiga e é responsável por falhas de aviões, navios, 

automóveis e turbinas (Meyers et al, 1982). Estudos realizados nos Estados Unidos e na 

Europa levaram à conclusão de que os efeitos econômicos da fratura, num país medianamente 

industrializado, ascendiam anualmente a 4% do seu Produto Interno Bruto sendo que de 70 a 

90% destes custos são atribuídos a falhas por fadiga (apud Brito, 2000). 

 

Nos setores de produção e de distribuição de energia elétrica, a fadiga é um problema 

freqüente. Encontram-se na literatura diversos exemplos de falhas em pás, rotores, carcaças, 

cabos e tubulações (Herman, 1999; Price, 1998 e Zhou et al, 1998). Nesse ínterim, inserem-se 

os hidrogeradores e seus respectivos componentes. Apesar destes serem projetados para vida 

infinita, durante a inspeção e a manutenção é comum encontrar trincas nas raízes das pás de 

turbinas Francis, Figura (1.1), e Kaplan, Figura (1.2). Tendo em vista a rigorosa avaliação 

através de ensaios não-destrutivos para identificação de trincas, resultantes do processo de 

soldagem, conclui-se que o desenvolvimento dessas trincas está associado ao fenômeno de 

fadiga. 

 

 

 

 

Figura 1.1. Turbina Francis Figura 1.2. Turbina Kaplan 
 

A definição das condições de iniciação e propagação de trincas de fadiga em pás de turbinas 

hidráulicas, por exemplo, é de grande importância. Do ponto de vista econômico, ela se 
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justifica pelo fato de que caso as pás hidrogeradoras, com capacidade de 375 MWh, 

apresentem trincas e as mesmas tenham de ficar inoperantes por 1 mês para os devidos 

reparos, o lucro cessante seria da ordem de R$ 20.000.000,00. Considerando uma falha 

catastrófica, somente em lucro cessante as perdas poderiam alcançar cifras da casa dos R$ 

200.000.000,00.  

 

Os resultados deste trabalho fornecerão subsídios à comunidade científica e a projetistas 

quanto à definição de critérios de dimensionamento estrutural e seleção de materiais. Além 

disso, os procedimentos de inspeção e manutenção poderão ser atualizados no sentido de 

minimizar falhas por fadiga, evitando eventos catastróficos e melhorando a confiabilidade de 

sistemas mecânicos.  

 

1.2. OBJETIVOS 

 

Dentro do contexto apresentado acima, o principal objetivo desta dissertação é o seguinte: 

 

� Propor e validar uma estratégia alternativa para determinar o limiar de propagação de 

trincas, thK∆ , através da Teoria da Distância Crítica. 

 

Para tanto é necessário investigar a consistência da Teoria da Distância Crítica e como 

objetivo secundário tem-se: 

 

� Investigar o domínio de validade da Teoria da Distância Crítica 

 

1.3. ESTADO DA ARTE 

 

O problema de distribuição de tensão, devido aos efeitos de descontinuidades geométricas, na 

redução da resistência à fadiga é avaliado há bastante tempo através de dois métodos: (i) 

distância crítica e (ii) deformação local. A primeira metodologia considera que o nível de 

tensão na região do entalhe seja elevado o suficiente não somente no ponto de máxima tensão, 

mas também a certa distância deste ponto. A segunda, baseia-se na existência de escoamento 

na raiz do entalhe. Portanto, a tensão máxima será atenuada nessa região. 
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Susmel (2008) aponta Neuber como o pioneiro na utilização da Teoria da Distância Crítica 

(TDC) para predizer a resistência à fadiga de componentes mecânicos entalhados, na 

Alemanha, na década de 30 (Neuber, 1936). Na mesma época, o americano Peterson também 

atuava no sentido de predizer falhas em componentes com concentradores de tensão 

(Peterson, 1938). Suas idéias foram completamente desenvolvidas nos anos 50 e descritas em 

duas importantes publicações: Neuber em “Theory of notch stresses” (1958) e uma 

contribuição de Peterson em “Metal Fatigue” editado por Sines e Waisman (Neuber, 1958; 

Peterson, 1959). 

 

Para formalizar esta teoria, ele considerou a idéia de que as tensões elásticas na vizinhança da 

raiz do entalhe não alcançavam os valores preditos pela mecânica do contínuo, principalmente 

quando o entalhe era severo e com altos gradientes de tensão. A fim de quantificar a tensão 

que causa dano na zona de processo da fadiga, Neuber sugeriu calcular a tensão média sobre 

uma unidade material da ordem do tamanho dos grãos. Esse cálculo se dá numa região 

próxima a borda do entalhe concentrador de tensão considerando volumes finitos e não 

volumes infinitesimais.  

 

Em 1958, Neuber formalizou a idéia em termos do denominado Método da Linha (ML). Ele 

desenvolveu sua aproximação como um método de prever o limite à fadiga policíclica em 

corpos de prova entalhados, propondo que o limite à fadiga será atingido quando a tensão 

média atuante sobre uma distância crítica é igual ao limite à fadiga de um corpo de prova não 

entalhado do mesmo material. No ano seguinte, Peterson (1959) sugeriu uma maneira 

simplificada de aplicar a idéia de Neuber (1958). Ele mostrou que resultados semelhantes 

podem ser obtidos medindo a tensão em um ponto localizado a uma distância crítica do 

entalhe. Este método é conhecido como Método do Ponto (MP). Nos dois casos o princípio é 

o mesmo. O efeito do gradiente de tensão é levado em conta usando a tensão obtida a uma 

distância crítica, que é uma característica do material. O cálculo do campo médio de tensão 

pode ser feito, também, sobre uma área ou volume: estes dois métodos são chamados de 

Método da Área (MA) e Método do Volume (MV), respectivamente. O comprimento 

característico, L, define que o tamanho do domínio de integração é uma propriedade material 

(Bellett et al, 2005). 

 

No entanto, estes pioneiros enfrentaram dois grandes problemas. O primeiro foi a dificuldade 

de descrever o campo de tensão linear elástica na vizinha das descontinuidades geométricas, 
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na década de 50. Nesse sentido, Neuber e Peterson formalizaram relações simplificadas e 

representadas por equações empíricas para descrever os Métodos da Linha (ML) e do Ponto 

(MP). O segundo problema foi determinar com precisão a distribuição das tensões elásticas 

em componentes reais. Isso dificultou a aplicação industrial dos métodos citados acima. 

 

Tomando como ponto de partida a idéia de que o raio da raiz do entalhe, nr , é o parâmetro 

mais importante no controle da distribuição do campo de tensões ao longo do raio, 

propuseram aproximações razoáveis com base no fator de redução de resistência à fadiga, 

f
K , envolvendo o fator de concentração de tensões, tK , e o raio do entalhe. Portanto, as 

Equações (1.1) e (1.2) apresentam as propostas de Neuber e Peterson, respectivamente. Onde 

*a e 'a são constantes empíricas que dependem do material. No entanto, Peterson notou que a 

Equação (1.2) não é recomendada na presença de valores muito pequenos de nr  (Lee et al, 

2005). 
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Durante a década de 60 os métodos propostos por Neuber e Peterson foram muito aplicados 

em fadiga de metais. Os mesmos foram sugeridos para a predição de fratura frágil usando o 

espaçamento atômico como distância crítica (McClintock e Irwin, 1965; Novozhilov, 1969). 

Uma abordagem que utiliza a média das deformações em detrimento das tensões foi sugerida 

como critério de falha para situações de grande plasticidade (McClintock, 1958). 

 

Com os avanços na mecânica computacional, os problemas com a determinação do campo de 

tensão linear-elástico, principalmente em aplicações caracterizadas por geometrias complexas, 

têm sido superados com o uso sistemático do Método de Elementos Finitos (MEF). Na década 

de 70, quando Métodos da Distância Crítica (MDC) foram propostos para predizer a fratura 

em materiais compósitos (Withney e Nuismer, 1974), foi possível fazer um link com a teoria 
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da Mecânica da Fratura Linear Elástica (MFLE) para determinar o parâmetro de comprimento 

material, L, importante para o cálculo da distância crítica, a. Tanaka (1983) apresentou 

relações teóricas que diziam que a TDC é igualmente válida para fadiga de alto ciclo, contudo 

não apresentou resultados experimentais para validação e por isso caiu em descrédito. Anos 

depois, Atzori (1992), Lazzarin et al (1997), Taylor (1999) e Wang (2000) 

independentemente também desenvolveram propostas  para resolver o problema de fadiga 

com entalhe e chegaram a conclusões similares, porém com amparo experimental.  

 

Neste sentido, a Teoria da Distância Crítica (TDC) foi desenvolvida em diferentes formas 

para predizer a fratura frágil (Novozhilov, 1969), fratura frágil em aços a baixas temperaturas 

(Taylor, 2006), fratura em polímeros (Kinloch e Williams, 1980; Kinloch et al, 1982 e Taylor 

et al, 2004), falha em cerâmicos (Taylor, 2004), concreto (Taylor et al, 2005), compósitos 

(Whitney e Nuismer, 1974), inclusive em ossos (Hazenberg et al., 2006; Kasiri e Taylor, 

2008). Atualmente, tem sido veementemente ressaltada como poderosa ferramenta para a 

avaliação de falhas em componentes entalhados (Taylor, 2008 e Susmel, 2008) e usada em 

fadiga por fretting tal como Ferro (2005), Araújo et al (2007) e Martins et al (2007). Além 

disso, a TDC foi tida com sucesso na predição da resistência à fadiga de componentes 

entalhados feitos de materiais particulares como, por exemplo, ligas de titânio (Lanning et al., 

2005), bem como na presença de altos valores para razão de carregamento, R, (Chiandussi et 

al., 2005). Ultimamente a TDC também tem sido empregada na predição da resistência à 

fadiga de corpos soldados, obtendo resultados bastante precisos (Taylor et al., 2002 e Crupi et 

al., 2005). 

 

Considerando os métodos baseados na deformação local, a presença da plasticidade pode 

induzir condições de iniciação de trincas de fadiga, redistribuição de tensões, degradação das 

propriedades do material e aparecimento de elevados gradientes de tensão e deformação. Isso 

pode resultar em catástrofes e prejuízos financeiros conforme Fillippini (2000) e Visvanatha 

et al (2000). Portanto, a fim de avaliar os danos nos pontos em que a tensão atuante supera a 

tensão de escoamento e as deformações plásticas predominam, faz-se uso da análise 

elastoplástica. Todavia, cálculos precisos das tensões e deformações atuantes nas 

descontinuidades geométricas, para carregamentos longos e arbitrários, são dispendiosos. 

Nesses casos, em razão do reduzido esforço computacional, métodos aproximados que levam 

em conta abordagens de deformação local são empregados na engenharia. A regra de Neuber 
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é a mais usada dentre os métodos existentes, ainda que seja deduzida para geometria e 

carregamento específico (Neuber, 1961).  

 

Outros autores como Seeger et al (1980), Glinka (1985) e Ye et al. (2003) também 

propuseram métodos alternativos e/ou complementares. Todavia, o maior inconveniente da 

utilização dessas abordagens reside na impossibilidade de avaliar a redistribuição das tensões 

associadas ao escoamento e a variações geométricas localizadas. Uma maneira de contornar 

esse problema é a utilização do Método de Elementos Finitos (MEF) a partir de não 

linearidades geométricas e comportamento elastoplástico do material. 

 

1.4. NOTAS HISTÓRICAS 

 

Acredita-se que o primeiro estudo de fadiga em metais fora conduzido por volta de 1829 pelo 

engenheiro alemão W. A. J. Albert em correntes de ferro (Albert, 1838). Todavia, em meados 

de 1840, August Wöhler, conduziu pesquisas em eixos de locomotivas cujas falhas eram 

comuns na indústria ferroviária alemã. Em 1842, após um acidente ferroviário próximo a 

Versailles, França, com muitas mortes, um estudo minucioso foi executado. Os relatórios 

finais deste sinistro indicaram fratura por fadiga do eixo frontal da locomotiva. Há relatos de 

falhas anteriores a essas datas, no entanto com a explosão da revolução industrial e, 

conseqüentemente, com o surgimento de novas máquinas, o estudo da fadiga se desenvolveu 

impulsionado pelo impacto econômico gerado pelas falhas estruturais e pela tentativa de 

domínio da tecnologia vigente.  

 

Entre 1850 e 1875, Wöhler realizou exaustivos ensaios, à escala natural e em corpos de prova, 

no sentido de determinar o número de ciclos de carregamento que o material poderia suportar 

a cada nível de tensão antes de fraturar. Reproduzindo os resultados obtidos sob a forma de 

um gráfico tensão-vida (curva S-N), verificou-se que o número de ciclos aumentava com a 

redução da tensão aplicada. Observou também que para o ferro e o aço havia um nível de 

tensão alternada abaixo do qual não ocorria fratura qualquer que fosse o número de ciclos. 

Assim estabeleceu-se o conceito de tensão limite de fadiga. Mais tarde verificou-se que 

metais não ferrosos, como o alumínio, não apresentavam esse patamar nas suas curvas S-N, ou 

seja, a tensão é sempre decrescente para o aumento do número de ciclos. Para estes casos, é 

usual definir uma tensão limite convencional acima de 106 ciclos. 
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Nos cem anos que se seguiram aos trabalhos de Wöhler, diversos investigadores deram 

valiosas contribuições para o desenvolvimento da fadiga: Gerber (1874) tratando do efeito de 

tensões médias; Bauschinger em 1885 no campo das deformações cíclicas; Goodman (1899) 

também em tensões médias. Em 1901, Moore, Kommers e Basquin avançaram nos conceitos 

de fadiga. Ewing e Humpre contribuíram sobre mecanismos de fadiga em 1903. Haigh 

(1817), Jenkin em 1923 e Soderberg em 1930, avaliando o efeito da tensão média. Em 1920, a 

propagação de trincas e a mecânica da fratura se desenvolveram com Griffith et al (1920). O 

mecanismo físico de dano por fadiga através da microscopia ótica foi estudado por Gough 

(1924). Três anos depois, a fadiga de metais avançou com Moore et al (1927). Outros campos 

de investigação também progrediram como os conceitos de danos cumulativos (Miner, 1945), 

efeitos de entalhes concentradores de tensão (Neuber, 1946), falhas por fadiga envolvendo 

deformações plásticas (Coffin et al, 1962; Manson, 1962), crescimento e propagação de 

trincas de fadiga (Paris, 1963) entre tantos outros.  

 

Até a Segunda Guerra, a maior parte dos resultados experimentais dizia respeito à fadiga com 

alto número de ciclos, pouca atenção sendo prestada ao estudo da fadiga para a gama de baixo 

número de ciclos. Porém, foi constatado que certos tipos de equipamentos como reservatórios 

de pressão, fuselagens, mecanismos de trem de pouso, flaps, mísseis, equipamentos de 

lançamento de naves espaciais submetidos a esforços muito elevados exigiam uma vida 

relativamente curta (Brito, 2000). Conseqüentemente, o interesse por esse tipo de fadiga - 

fadiga oligocíclica - aumentou visivelmente. Introduziu-se, então, uma abordagem da fadiga 

através da relação Nε − (deformação/vida), mais adequada ao estudo desse caso. Coffin e 

Manson estabeleceram, nos anos cinqüenta, as relações quantitativas entre a extensão plástica 

e a vida de fadiga, complementando o que no início do século Basquin havia formulado para a 

extensão elástica. Morrow e outros investigadores modificaram essas expressões levando em 

conta a tensão média, o que é realmente importante. Significantes contribuições foram feitas 

na década seguinte: Irwin e diversos outros investigadores foram os pioneiros na aplicação da 

Mecânica da Fratura à Fadiga. Em 1963, Paris quantificou a relação que permite calcular a 

velocidade de propagação das trincas de fadiga.  

 

Atualmente, as aplicações da fadiga são vastas e abrangem múltiplos ramos da engenharia. 

Ela pode se apresentar na forma de ciclos térmicos, dando origem à fadiga térmica; cargas 

cíclicas em ambientes sob altas temperaturas; variações nas tensões e deformações externas; 

aplicação de cargas repetidas com contato por rolamento, fadiga superficial; fadiga por 
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fretting, resultado de tensões pulsantes associado ao movimento relativo oscilatório e 

deslizamento de fricção entre superfícies. Ou seja, os danos por fadiga são responsáveis por 

grande parte das falhas em componentes estruturais. Portanto, o entendimento de seus 

mecanismos e suas conseqüências é fundamental para projeto e seleção de materiais. 

 

A Mecânica da Fratura constitui a área da engenharia que melhor avalia quantitativamente os 

fatores que influenciam o grau de segurança de uma estrutura. O estudo e a aplicação da 

mecânica da fratura tornaram-se, portanto, de importância crucial, uma vez que a presença de 

trincas e imperfeições sempre ocorre nos materiais. Naves espaciais, aviões de capacidade 

cada vez maior e voando a velocidades crescentes, turbinas de altas temperaturas, 

superpetroleiros, gigantescas plataformas off-shore, centrais nucleares, complexos 

petroquímicos, caldeiras e reservatórios de pressão, pipe-lines, pontes de vãos inimagináveis, 

arranha-céus e hidrelétricas são exemplos de estruturas modernas cujo projeto e serviço não 

podem deixar de atender aos princípios da Mecânica da Fratura (Brito, 2000). 

 

Inglis (1913) e Griffith (1920) foram pioneiros no estudo da propagação de trincas de forma 

instável em materiais frágeis. Inglis mostrou isso através da análise em uma placa com um 

furo elíptico, propondo que a tensão na raiz do entalhe estava diretamente relacionada ao raio 

desta elipse. Griffith postulou que a abertura de uma trinca estava associada à liberação de 

certa quantidade de energia, através do balanço de energia. O objetivo destes métodos é 

corrigir ou atenuar os efeitos dos gradientes de tensão, que segundo Taylor (1999), raramente 

fornecem previsões confiáveis, sobretudo para entalhes com elevado fator de concentração de 

tensões, tK . 

 

As interações entre os avanços tecnológicos no domínio dos materiais e dos métodos de 

ensaiá-los e caracterizá-los e o seu relacionamento com as causas imediatas e remotas dos 

desastres que foram ocorrendo constituem importantes fontes de investigação e 

desenvolvimento. Muitos dos trabalhos de investigação desenvolvidos na segunda metade do 

século XX foram possíveis pela introdução de sofisticados sistemas e métodos de ensaio, bem 

como pela introdução da informática na resolução dos problemas de engenharia.  

 

A seqüência de desastres em diversos tipos de estruturas demonstrou que a inevitável 

presença de trincas, de várias origens, e a sua propagação é responsável pela deterioração e a 

conseqüente perda de confiabilidade estrutural. Os acidentes ocorridos com os navios Liberty, 



9 

 

construídos nos Estados Unidos na década de 40 do século XX, época da segunda guerra 

mundial, tiveram grande repercussão. Dos 2500 navios construídos, 1289 sofreram algum tipo 

de problema causado por fratura. Desses, 233 tiveram proporções catastróficas sendo que 

muitos chegaram a partir-se em dois (Teixeira, 2004). Na década de 50, uma série de 

catástrofes envolvendo os primeiros jatos comerciais marcou o cenário mundial. As falhas por 

fadiga nos famosos aviões Comet, projetados pela Havilland Aircraft Company, além de 

muitas mortes acelerou o crescimento da emergente americana Boeing Aircraft Company, que 

veio a ser líder de alguns setores no mercado da aviação. 

 

Um enorme esforço tem sido desenvolvido pela ciência e pela tecnologia no sentido de 

minimizar os efeitos catastróficos que podem resultar desses fenômenos. Os custos devidos à 

falha dos materiais e estruturas tomam diversos aspectos, de maior ou menor gravidade tais 

como: (i) perda de vidas humanas e outros danos pessoais; (ii) impacto ecológico; (iii) parada 

de produção; (iv) perda de produtos; (v) custos de reposição de equipamentos; (vi) danos em 

equipamentos; (vii) litígios, problemas jurídicos, indenizações e (viii) perda de imagem 

comercial e de confiança de contratos futuros. 

 

1.5. CONTEÚDO 

 

O trabalho está dividido em sete capítulos. O primeiro capítulo contextualiza o trabalho, 

introduz a importância desta pesquisa, apresenta os objetivos a serem atingidos e relata a 

evolução dos processos de falha ao longo da história. O segundo capítulo revisa os 

mecanismos físicos da fadiga, descreve os tipos de abordagem de fadiga e trata do método 

tensão-vida, deformação-vida e da Mecânica da Fratura Linear Elástica. O capítulo três 

destina-se a abordar o mecanismo de falha por fadiga em corpos entalhados. Nesse sentido, a 

Teoria da Distância Crítica se destaca e é descrita em detalhes no capítulo quatro. O quinto 

capítulo descreve a metodologia numérico-experimental proposta como alternativa para a 

determinação do thK∆ . No capítulo seis todos os resultados são apresentados graficamente e 

devidamente discutidos. O sétimo capítulo encerra o trabalho apontando as principais 

conclusões e fazendo sugestões para trabalhos futuros. 
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2. FADIGA 

 

2.1. CONCEITOS 

 

A palavra fadiga tem origem na expressão latina fatigare que significa cansar. Embora 

associada ao cansaço físico e mental em humanos, o termo “fadiga” também se tornou uma 

terminologia largamente aceita no vocabulário da engenharia para o dano e falha de materiais 

sob carregamento cíclico (Suresh, 1998). Esse termo foi aplicado pela primeira vez por 

Poncelet em 1839. A ASTM (1972) definiu clara e objetivamente a fadiga como um processo 

de alteração permanente, progressivo e localizado que ocorre num material sujeito a 

condições que produzem tensões e deformações num ponto ou em vários pontos e que pode 

culminar em trincas ou em fratura completa do componente após um número suficiente de 

ciclos de solicitações. 

 

Os materiais metálicos quando submetidos a tensões flutuantes ou repetitivas rompem-se a 

tensões muito inferiores àquelas determinadas nos ensaios estáticos de tração e compressão. A 

ruptura que ocorre nessas condições de esforço é reconhecida como falha por fadiga. Esse 

fenômeno ocorre após um tempo considerável do material em serviço. À medida que o 

desenvolvimento tecnológico incorporou novos componentes e equipamentos, como por 

exemplo, na indústria automobilística e aeronáutica, submetidos continuamente a esforços 

dinâmicos e a vibrações, o fenômeno da fadiga passou a representar uma das maiores causas 

de falha em serviço de componentes de materiais metálicos. Os materiais poliméricos e os 

cerâmicos, com exceção dos vidros, são também suscetíveis à ruptura por fadiga. A falha por 

fadiga é particularmente imprevisível, pois acontece sem que haja qualquer aviso prévio 

(Garcia et al, 2000). 

 

2.2. MECANISMOS FÍSICOS DE FADIGA 

 

Todos os materiais são anisotrópicos e não homogêneos. Metais de engenharia são compostos 

por agregados de pequenos grãos de cristal. Dentro de cada grão a estrutura também é 

anisotrópica devido à variação da orientação dos planos cristalinos. Estas heterogeneidades 

não são oriundas apenas de características microestruturais, elas também são provenientes de 

inclusões de outros materiais. Como resultado, tem-se uma distribuição de tensões não 

uniforme. Nas regiões em que os níveis de tensão são elevados encontram-se os pontos 
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preferenciais para o início do dano por fadiga. O mecanismo de fadiga pode ser dividido em 

três estágios: a (i) nucleação da trinca, a (ii) propagação da trinca, fenômeno lento, e a (iii) 

falha catastrófica, fenômeno rápido. 

 

2.2.1. Iniciação da trinca 

 

O entendimento do período de nucleação da trinca ainda não está bem consolidado e é objeto 

de muitos estudos e pesquisas tanto no âmbito acadêmico quanto industrial. Envolve o estudo 

das ligações atômicas, contornos e formas de grãos da estrutura cristalina, bandas de 

escorregamento e interação da matriz metálica com as partículas não metálicas (Teixeira, 

2004).  

 

As trincas têm início em planos cisalhantes localizados, em regiões de alta concentração de 

tensão ou em regiões de baixa resistência local. Fisher e Yen (1972) mostraram que 

praticamente todas as partes de uma estrutura contêm descontinuidades, variando de 

microscópicas até macroscópicas, introduzidas nos processos de fabricação ou de manufatura 

das mesmas. Inclusões (Figura 2.1a), contornos de grão, porosidade acentuada (Figura 2.1b), 

defeitos de solidificação, concentração acentuada de defeitos na estrutura cristalina devido a 

processos de conformação e pontos de corrosão também representam elementos potenciais 

para a nucleação de trincas de fadiga (Garcia et al, 2000). 

 

Para regiões livres de defeitos, pode ocorrer escoamento local devido à concentração de 

tensão, mesmo que a tensão nominal no local esteja bem abaixo do valor da tensão de 

escoamento do material. A deformação plástica localizada causa distorções e cria bandas de 

deslizamento, Figura (2.2), regiões de intensa deformação devido a movimentos cisalhantes, 

ao longo dos contornos dos cristais do material. Por outro lado, a presença de defeitos 

internos deve reduzir o tempo necessário para a nucleação de trincas, uma vez que esses 

defeitos já apresentam a conduta de concentrar localmente à tensão aplicada. À medida que os 

ciclos de tensão ocorrem, bandas de deslizamento adicionais aparecem e agrupam-se em 

trincas microscópicas. Materiais frágeis podem pular esse estágio inicial e proceder 

diretamente para propagação da trinca em locais de existência de vazios ou inclusões, que 

atuam como trincas microscópicas (Norton, 2004). 
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Microestrutura 1000x  Esquema 

 

 
 
 
 
 
 

(a) 

Trinca 
de fadiga

Inclusão 
não-metálica 

 
   

Microestrutura 1000x  Esquema 

 

 
 
 
 
 
 
 

(b) 

Trinca de fadiga

Poro  
 

Figura 2.1. Início de trinca de fadiga em uma liga de níquel: (a) inclusão não-metálica; (b) em 
um poro. (modificado de Flinn, 1990). 

 

Microestrutura 1000x                Esquema 

 

 
 
 
 
 
 
 
 
(a)  

   
Microestrutura 1000x                  Esquema 

 

 
 
 
 
 
 
 
(b)  

 

Figura 2.2. (a) Região de intenso deslizamento durante fadiga em uma liga de níquel e (b) 
formação de trincas na superfície devidas às bandas de deslizamento (modificado de Flinn, 

1990). 
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2.2.2. Propagação da trinca 

 

Uma vez que a trinca nucleia e o carregamento persiste, a mesma tende a crescer ao longo do 

plano máximo de cisalhamento e através dos contornos de grãos. O processo de propagação é 

dividido em dois estágios, Figura (2.3). No estágio 1, uma pequena trinca propaga através de 

um comprimento da ordem de poucos grãos ao longo do plano de máxima tensão cisalhante. 

O estágio 2 envolve o crescimento da trinca na direção normal ao plano do carregamento.  
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Figura 2.3. Estágios de nucleação e propagação da trinca por fadiga (modificado de Lee et al., 

2005) 
 

A trinca mais pontiaguda gera uma concentração de tensões maior que a proporcionada pelo 

entalhe original. Nesse ínterim, uma zona plástica se desenvolve na ponta da trinca cada vez 

que uma tensão de tração alonga a mesma. Isso faz com que no estágio 2 a trinca seja menos 

afetada pelas propriedades microestruturais, pois a formação dessa zona é maior que a 

microestrutura do material. Por outro lado, essa zona ameniza as tensões na ponta da trinca e 

reduz a concentração de tensão efetiva. Assim a trinca cresce um pouco mais. Quando a 

tensão de fadiga passa a ser compressiva ou nula, a trinca se fecha, o escoamento 

momentaneamente cessa e a trinca se torna novamente pontiaguda, agora com comprimento 

maior. Esse processo continua enquanto a tensão está variando de valores abaixo da tensão de 

escoamento para outros acima da tensão de escoamento, na ponta da trinca, (Norton, 2004).  

 

A trinca se propaga em planos normais aos de tensão máxima de tração e o seu crescimento se 

deve à tensão de tração, ainda que tensões cisalhantes iniciem o processo de fadiga em 

materiais dúcteis. Além disso, tensões de compressão não contribuem com o desenvolvimento 
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da trinca, visto que as mesmas tendem a fechá-las (Garcia et al., 2000). A trinca em fadiga 

avança de maneira cíclica, e a cada novo ciclo de tensão ou etapa de abertura e fechamento 

esse avanço deixa na superfície de fratura marcas características que podem ser observadas ao 

microscópio eletrônico como marcas de praia e estrias. Deve-se observar que as estrias se 

encontram dentro das marcas de praia, que podem ser dezenas ou centenas. A Figura (2.4) 

apresenta a superfície de falha de uma microestrutura de cobre trabalhado a frio com a 

formação característica de estrias e a orientação da propagação das marcas de praia. 

 

 

 

Figura 2.4. Microestrutura de cobre trabalhado a frio, 5000x (Adaptado de Dieter, 1988) 
 

2.2.3. Falha catastrófica  

 

Enquanto houver tensões trativas suficientes a trinca permanecerá a crescer. Em um dado 

momento, a trinca assume um tamanho grande o bastante para elevar o fator de intensidade de 

tensão do material, K, na extremidade da trinca até o nível de tenacidade à fratura, Kc, quando 

ocorre uma falha repentina de maneira instantânea. O exame a olho nu de peças que falharam 

por fadiga exibe um padrão típico. A região próxima à origem da microtrinca tem aparência 

polida e freqüentemente exibe as marcas de praia. A região áspera, semelhante a uma fratura 

frágil, corresponde à porção do material que rompeu catastroficamente quando a trinca atingiu 

seu tamanho limite. 

 

2.3. ABORDAGENS DE FADIGA 

 

O processo de fadiga é avaliado segundo duas abordagens clássicas: uma em termos da vida 

total (Total-life approaches) e outra em termos da tolerância ao dano (Defect-tolerant 

approach). Estas filosofias de projeto divergem quanto à quantificação da iniciação e 
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propagação de trincas. Sendo que a nucleação e a taxa de avanço das mesmas dependem de 

fatores microestruturais, mecânicos e ambientais. 

 

2.3.1. Abordagens em termos de vida total 

 

As duas abordagens clássicas com base na vida total são aquelas caracterizadas em termos da 

tensão (curva S N− ) e da deformação (curva Nε − ). Através de ensaios conduzidos em 

laboratório, para espécimes inicialmente sem trinca, sob amplitudes controladas por tensão ou 

deformação, tais métodos visam predizer a vida, em número de ciclos, N , até a ocorrência de 

falha. 

 

A abordagem baseada em níveis de tensão é indica para 310N > , ou seja, fadiga de alto ciclo 

(FAC). Todavia, é o procedimento menos preciso principalmente em aplicações onde a vida é 

de 31 10N≤ ≤ , esses casos são denominados de fadiga de baixo ciclo (FBC). Essas 

abordagens também se diferem pelo nível de tensão envolvido. Nos casos em que o nível de 

tensão está próximo do limite de escoamento, envolvendo deformações plásticas significantes, 

a abordagem por deformação é recomendada. Em contrapartida, quando o nível de solicitação 

está abaixo da tensão de escoamento a abordagem por tensão é indicada. 

 

2.3.2. Abordagem de tolerância ao dano 

 

O uso da mecânica da fratura para o projeto de fadiga parte do pressuposto de que os 

componentes já contêm falhas intrinsecamente. Estas podem ser determinadas por ensaios 

não-destrutivos como líquido penetrante, raio-X, métodos ultra-sônicos, magnéticos ou 

acústicos. A vida a fadiga é definida através do número de ciclos para a propagação de uma 

trinca a partir de um tamanho inicial até uma dimensão crítica (Suresh, 1998). 

 

A tenacidade a fratura define o tamanho crítico da trinca para cada material. De acordo com 

as simplificações admitidas pela Mecânica da Fratura Linear Elástica (MFLE), o método de 

tolerância ao dano é aplicável somente onde a zona de plastificação na ponta da trinca é bem 

pequena em relação às dimensões do componente em análise. 
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2.3.3. Conceito de vida segura e falha segura 

 

As abordagens de vida segura e falha segura foram desenvolvidas por engenheiros 

aeroespaciais (Suresh, 1998). Gurney (1968) notou que métodos de vida segura se 

fundamentam na prevenção do início de trinca para uma vida quista. Ou seja, um componente 

pode estar submetido a solicitações dinâmicas e alcançar uma vida específica sem o 

desenvolvimento de trincas de fadiga até a fratura. Contudo, o conceito de falha segura é 

fundamentado no argumento de que se existir uma falha na estrutura a mesma deve ter 

integridade estrutural suficiente para operar seguramente até que a trinca seja detectada 

(Suresh, 1998). 

 

2.4. ABORDAGEM TENSÃO-VIDA 

 

2.4.1. Curva S-N 

 

A abordagem Tensão-Vida consiste na caracterização da vida à fadiga em termos da tensão 

nominal.  Wöhler (1860), analisando o processo de fadiga em eixos ferroviários, sugeriu um 

diagrama, denominado de curva S-N, que relaciona a amplitude de tensão nominal em um 

corpo de prova padrão com o número de ciclos até a fratura, conforme a Figura (2.4).  Em 

1910, Basquin notou que os dados gerados poderiam ser descritos por um modelo linear, em 

escala log-log, para os casos em que os dados de fadiga são provenientes de amostras 

aleatórias, como mostra a Equação (2.1). Onde aσ  é a amplitude de tensão, fN  é o número 

de ciclos de fadiga, `
fσ  é o coeficiente de resistência à fadiga e b é o expoente de resistência à 

fadiga. Estes dois últimos são determinados experimentalmente. A notação comumente 

utilizada para caracterizar um carregamento cíclico com amplitude constante é mostrada na 

Tabela (2.1). 

 

 ( )` b

a f fNσ σ= . (2.1) 

 

Devido a heterogeneidades nas propriedades microestruturais, diferenças superficiais, 

variáveis metalúrgicas, alinhamento do corpo de prova no equipamento, presença de tensão 

média e a freqüência dos ensaios, por exemplo, os resultados de vida à fadiga são bem 

dispersos. Essa variação no valor da vida em fadiga, N, para vários corpos sob o mesmo nível 
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de tensão pode levar a incertezas de projeto significativas quando a vida em fadiga e/ou a 

resistência à fadiga estiverem sendo considerados (Callister, 2000).  

 

Tabela 2.1. Definições de carregamentos cíclicos com amplitude constante. 
 

Amplitude de tensão 
2

máx mín
a

σ σ
σ

−
=  Representação gráfica 

Tensão média 
2

máx mín
m

σ σ
σ

+
=  

 

Variação de tensão máx mínσ σ σ∆ = −  

Razão de carregamento mín

máx

R
σ

σ
=  

 

 

Entretanto, uma vez que esses resultados são obtidos em condições atentamente controladas, é 

irreal esperar que o limite de resistência de um componente mecânico ou estrutural seja igual 

ao determinado em laboratório para corpos padronizados. Shigley (2005) aponta algumas 

diferenças: material (composição, base de falha e variabilidade), manufatura (método, 

tratamento térmico, corrosão por microabrasão, condição de superfície e concentração de 

tensão), ambiente (corrosão, temperatura, estado de tensão e tempo de relaxação) e projeto 

(tamanho, forma, vida, estado de tensão, concentração de tensão, velocidade, microabrasão e 

escoriação).  

 

No entanto, Marin (1962) identificou fatores que quantificavam os efeitos da condição de 

superfície, Ka; tamanho, Kb; carregamento, Kc; temperatura, Kd; confiabilidade, Ke e efeitos 

variados, Kf, na tentativa de ajustar o limite de resistência por correções subtrativas ou 

multiplicativas. A proposta de Marin é então descrita pela Equação (2.2), onde `
eS  é o limite 

de resistência do corpo de prova e eS é o limite de resistência no local crítico de uma peça de 

máquina na geometria e na condição de uso. 

 

 `
e a b c d e f eS K K K K K K S= . (2.2) 
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2.4.2. Limite de fadiga 

 

Para alguns tipos de material, como os metais ferrosos, verifica-se experimentalmente um 

patamar de vida constante abaixo do qual se tem teoricamente vida infinita. Este patamar é 

conhecido como limite de resistência à fadiga, endurance limit, e ocorre em torno de 2.106 

ciclos. Todavia, para metais não-ferrosos tal limite não é bem definido, como mostra a Figura 

(2.4). Para tanto, em geral, define-se o limite de fadiga acima de 107 ciclos. 
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Figura 2.4. Curvas S-N típicas para metais ferrosos e não-ferrosos 
 

A resistência à fadiga é a tensão correspondente a uma vida específica de fadiga de alto ciclo. 

Os experimentos de resistência à fadiga têm como objetivo estimar a sua distribuição 

estatística e são muito usados na determinação do limite de resistência à fadiga dos materiais. 

Nesse ínterim, a literatura aponta os (i) métodos acelerados e os (ii) métodos da escada como 

alternativas para isso (Lin et al. 2001). 

 

2.4.2.1. Métodos Acelerados (Accelerated methods) 

 

A fim de determinar as características estatísticas do limite de fadiga, dois métodos acelerados 

foram propostos: (i) método da projeção do raio (Wirshing, 1983) e o (ii) método da projeção 

paralela. Ambos assumem que os dados do limite de fadiga de alto ciclo podem ser 

extrapolados a partir de dados de fadiga de baixo ciclo. Os dados típicos de baixo ciclo, a 
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amplitude de tensão, aσ , e o número de ciclos de fadiga, fN , são definidos pela Equação 

(2.1), a equação de Basquin, que pode ser rescrita como na forma da Equação (2.3).  

 

 ( )
b

a fA Nσ = . (2.3) 

 

O método proposto por Wirshing admite que a distribuição do limite de fadiga possa ser 

extrapolada para um dado número de ciclos por linhas de ajuste que relacionam a resistência à 

fadiga e o conjunto de dados de fadiga de baixo ciclo. Por outro lado, o método da projeção 

paralela assume que o expoente de resistência à fadiga, b , é uma constante, pois o mesmo 

está mais relacionado ao mecanismo de falha do que à variabilidade das propriedades 

materiais (Lin et al., 2001). Sendo assim, os dados experimentais podem ser ajustados pelo 

método dos mínimos quadrados e o coeficiente, A, e o expoente, b, de resistência à fadiga 

podem ser determinados. Conseqüentemente, a trajetória de falha com decaimento constante 

pode ser obtida definindo a distribuição do limite de fadiga para uma vida quista. Lin et al. 

(2001) verificou através de simulações estatísticas que o método da projeção paralela é mais 

adequado do que o método da projeção do raio para predizer a resistência à fadiga. 

 

2.4.2.2. Métodos da Escada (Staircase methods) 

 

Duas técnicas de redução de dados são usadas na determinação dos parâmetros estatísticos 

dos resultados experimentais: o método de Dixon-Mood (1948) e o método de Zhang-

Kececioglu (1998). Ambos são derivados da estimativa de máxima verossimilhança e podem 

assumir para a resistência à fadiga, em uma dada vida, as distribuições Normal e Weibull, 

respectivamente, para a análise dos dados. Segundo Lin et al. (2001), o método de Dixon-

Mood (MDM) provê predições melhores e mais conservativas do que o método de Zhang-

Kececioglu (MZK). 

 

O MDM, popularizado por Little (1975), utiliza uma metodologia sistemática simples em que 

o espécime é testado em uma dada tensão inicial para um número específico de ciclos ou até a 

falha. Inicialmente, o limite de fadiga e o seu desvio padrão são estimados, por exemplo, 

através do método da projeção paralela ou curva S-N. Em seguida, o experimento tem início 

em uma tensão um pouco acima da média estimada. Se o corpo de prova falhar antes da vida 

analisada, o próximo espécime será ensaiado em um nível menor de tensão.  
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Caso contrário, um novo ensaio será conduzido em um nível mais alto de tensão. Dessa 

forma, cada ensaio é dependente do ensaio anterior e o experimento prossegue com o nível de 

tensão aumentando ou diminuindo (Lee et al., 2005). Esse procedimento é ilustrado na Figura 

(2.5). Experimentos conduzidos com os degraus, espaçamento entre os níveis de tensão, não-

uniformes podem ser estatisticamente mais eficientes do que os uniformes, entretanto sua 

análise é mais tediosa, (Little, 1972).  
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Figura 2.5.  Exemplo do método da escada 
 

O MDM requer que a média, DMµ , e o desvio padrão, DMσ , sejam determinados pelo uso dos 

dados de menor freqüência, isto é, ou somente as falhas ou somente as sobrevidas. Os níveis 

de tensão, iS , são numerados, i , e igualmente espaçados com um degrau, d , escolhido, onde 

0i = para o nível de menor tensão, 0S . O incremento de tensão deve estar dentro de um 

intervalo que vai da metade ao dobro do desvio padrão do limite de fadiga estimado 

inicialmente ou ser menor que 5% deste mesmo limite de fadiga. 

 

Denotando por in , o número de eventos menos freqüentes em um nível de tensão, i , duas 

quantidades A  e B  podem ser calculadas de acordo com a Equação (2.4) e a Equação (2.5), 

respectivamente. 

 

 iA in=∑ , (2.4) 
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 2
iB i n=∑ . (2.5) 

 

A Equação (2.6) apresenta a estimativa da média. 
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Onde o sinal positivo ( )+ é usado se o evento menos freqüente é a sobrevida e o sinal 

negativo ( )− , se for a falha. O desvio padrão é estimado pela Equação (2.8) ou pela Equação 

(2.10). 
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Caso contrário, 
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então 
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2.5. ABORDAGEM DEFORMAÇÃO-VIDA 

 

De acordo com Teixeira (2004), a abordagem por deformação tem grande aplicação em vasos 

de pressão, em componentes sujeitos a altas temperaturas de serviço e em estruturas sujeitas a 

abalos sísmicos. Empregada em situações em que a parcela de deformação plástica é 

significante, ela leva em consideração duas componentes de amplitude: uma de deformação 

elástica, 
e
aε , e outra de deformação plástica, p

aε . Matematicamente elas são relacionadas pela 

Equação (2.11), onde a amplitude de deformação elástica é relacionada com a amplitude de 

tensão pela lei de Hooke. A resultante destas componentes de deformação em função do 

número de ciclos para a falha do material pode ser vista na Figura (2.6).  

 

 e p
a a aε ε ε= + . (2.11) 

 

Plástica

Elástica

Número de ciclos até a falha

A
m
p
lit
ud
e 
de
 d
ef
or
m
aç
ão

Total

b

c

'
f

E

σ

'
fε

 

Figura 2.6. Curva Nε −  
 

Através da Figura (2.6) nota-se que para fadiga de baixo ciclo (FBC), a componente plástica é 

dominante. Contudo, à medida que o número de ciclos aumenta, a componente elástica é 

preponderante para a falha do material. Analogamente ao raciocínio de Basquin (1910), 

Coffin (1954) e Manson (1953), trabalhando de forma independente, concluíram que os dados 

da curva deformação plástica versus vida podem ser representados por um modelo linear num 

sistema log-log. Portanto, considerando a deformação total como a soma da parcela elástica e 

da plástica, pode-se reescrever a Equação (2.11) na forma da Equação (2.12) que relaciona a 

vida de fadiga com a deformação total.  
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`

`
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b cpl fel

fN N
ε σεε

ε
∆∆∆

= + = + , (2.12) 

 

onde `
fσ , `

fε , b e c são propriedades materiais e representam, respectivamente, o coeficiente 

de resistência e de ductilidade à fadiga e o expoente de resistência e ductilidade à fadiga. Esta 

relação é conhecida como equação de Coffin-Manson. 

 

2.6. ABORDAGEM DA MECÂNICA DA FRATURA LINEAR ELÁSTICA 

 

A mecânica da fratura se desenvolveu baseada no princípio da linearidade elástica, depois foi 

estendida para o comportamento não-linear elástico. A mesma também pode ser usada para 

estimar o número de ciclos de carregamento até a fratura. Ela difere da abordagem pela tensão 

e pela deformação por permitir o cálculo do número de ciclos restantes de um componente 

estrutural contendo uma trinca a partir de parâmetros geométricos e materiais, tensões 

atuantes, tamanho inicial e o tamanho crítico da trinca. 

 

A análise de fadiga através da Mecânica da Fratura é um dos meios de maior êxito. Tendo em 

vista o fato de que as duas primeiras abordagens não incluem o tamanho da trinca. Este 

método é aplicado em regimes de fadiga de baixo ciclo e em problemas de vida finita nos 

quais as tensões cíclicas são conhecidas por serem elevadas o suficiente para causarem a 

formação de trincas. Nesse sentido, a Mecânica da Fratura torna-se uma ferramenta mais 

realista tornando possível a avaliação da vida residual de uma peça trincada e a elaboração de 

planos de inspeção e manutenção (Teixeira, 2004). 

 

Considerando uma placa com uma trinca sujeita a um carregamento cíclico uniaxial, 

esquematizada na Figura (2.7), o campo de tensões na ponta da trinca é função do fator 

intensidade de tensão, K∆ , conforme a Equação (2.13) onde F é um fator de correção da 

forma e do carregamento, grossσ∆ é a tensão aplicada desconsiderando o tamanho da trinca e a 

é o tamanho da trinca. Este campo de tensões pode ser descrito pelas Equações (2.14), (2.15) 

e (2.16). 

 

 máx mín grossK K K F aσ π∆ = − = ∆ . (2.13) 

 



24 

 

 

 

yσ∆

 

xσ∆

 
xyτ∆

 θ

 

r

 x

 y

 a

 
g ro ssσ∆

 
g ro ssσ∆

 

Figura 2.7. Placa trincada sujeita a carregamento cíclico uniaxial 
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Esta abordagem foca sua atenção no mecanismo de propagação de trincas de um tamanho 

inicial, 0a , até um tamanho crítico, ca , no qual ocorrerá fratura. A Figura (2.8) mostra a 

correlação entre a taxa de crescimento da trinca por ciclo de carregamento, da dN , e a 

variação do fator de intensidade de tensão, K∆ .  

 

A região I caracteriza-se por condições de fadiga em que não há propagação de trincas. 

Segundo Paris e Erdogan (1963), o crescimento de uma trinca sob fadiga, na região II, pode 

ser descrito pela Equação (2.17), também chamada de lei de Paris, onde C e m são constantes 

materiais. A partir da Figura (2.8) podemos inferir que na região III a trinca cresce de forma 

rápida e está intimamente relacionada com o início da fratura. 
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Figura 2.8. Taxa de crescimento da trinca versus variação do fator de intensidade de tensão 

 

Frost et al. (1957) observou experimentalmente que para valores abaixo de thK∆  não ocorre a 

propagação de trincas, tendo em vista que as alterações ainda se encontram no âmbito 

atômico. Suas pesquisas indicaram uma significativa desaceleração na taxa de crescimento de 

trincas a baixas tensões. Portanto, ele sugeriu a existência de um limiar de propagação de 

trincas abaixo do qual não deveria haver crescimento das mesmas, thK∆ . Este valor limite é 

uma propriedade do material que pode ser determinado por um procedimento padrão avaliado 

por normas específicas de ensaio como a Standard Test Method for measurement of Fatigue 

Crack Growth Rates (ASTM E647, 2008). É importante ressaltar que o comportamento da 

propagação de uma trinca é fortemente influenciado pelas tensões médias, condições 

ambientais e pela microestrutura do material na região I, entretanto a região II não depende da 

microestrutura. A determinação do thK∆ não depende da espessura do corpo de prova utilizado, 

entretanto a determinar o fator intensidade tensão crítico, IcK , na região III, exige um estado 

de deformação plana. Ou seja, o thK∆  é uma propriedade material que é diferente para 

materiais distintos e para diversas razões de carregamento. 

 

A taxa de crescimento de trincas curtas pode ser significativamente maior que a taxa 

correspondente para trincas longas quando relacionadas ao mesmo fator intensidade tensão. 
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Contudo, pequenas trincas crescem a taxas mais elevadas quando o K∆ nominal é menor que 

o fator intensidade tensão limiar thK∆  obtido para trincas longas. Os primeiros estudos sobre o 

crescimento de trincas curtas são atribuídos a Pearson (1975) ao examinar os efeitos do 

tamanho de trinca nas taxas de propagação para uma liga de alumínio. Posteriormente, 

Lankford (1982 e 1986), Miller et al. (1986) e Kitagawa e Tanaka (1990) consideraram 

diferentes materiais e observaram acelerações e desacelerações transitórias associadas ao 

crescimento subcrítico de trincas curtas de fadiga. Essas variações na taxa de propagação de 

trincas são observadas até que as mesmas se tornem longas e tenham o comportamento 

descrito pela Mecânica da Fratura Linear Elástica (MFLE). 

 

Considerando dados para trincas curtas obtidos de uma variedade de materiais, Kitagawa e 

Takahashi (1976) propuseram a existência de um tamanho critico abaixo do qual 

thK∆ decresce com o decréscimo da trinca. Sendo assim, uma trinca pode ser classificada 

através de seu comprimento, a, em relação ao parâmetro de El Haddad (1980), L, conforme a 

Equação (2.18), de forma que uma trinca é considerada longa quando a for maior que L. 

 

 
2

1 thK
L

π σ

∆ 
=  

∆ 
. (2.18) 

 

A Figura (2.9), diagrama de Kitagawa-Takahashi, revela uma diminuição da ordem de 30% 

do limite de resistência à fadiga caso o material obedeça à relação proposta por de El Haddad 

a partir de resultados experimentais, sendo as tensões calculadas com base na área bruta. A 

partir desse diagrama, observa-se que o mesmo pode ser aproximado por duas linhas 

assintóticas de modo que as trincas podem crescer até o valor L sem prejuízo no limite 

nominal de resistência á fadiga do material. Portanto, é válido considerar que as dimensões do 

volume estrutural são da ordem de L e que o processo de iniciação e propagação de trincas 

deve estar nesse domínio afim de que o limite de resistência á fadiga não reduza. 

 

Esta abordagem tem dificuldades com a previsão da nucleação de trincas. Em casos reais, esse 

fato se agrava em virtude de defeitos não evidentes. Outra dificuldade é determinar o fator de 

intensidade de tensões em geometrias complexas. Além disso, as hipóteses da mecânica da 

fratura linear elástica são válidas quando a região plastificada na ponta do entalhe é muito 

pequena. Quando a plasticidade deve ser contabilizada, recomenda-se o uso da mecânica da 
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fratura elastoplástica, que por sua vez tem um custo maior, é mais demorada e de análise 

rebuscada. 
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Figura 2.9. Representação esquemática do diagrama de Kitagawa e Takahashi 
 

2.6.1. Relação entre MFLE e mecânica do contínuo 

 

A partir do diagrama de Kitagawa e Takahashi apresentado na Figura (2.9) fica evidente que 

para valores de a maiores que dez vezes o comprimento característico L, a MFLE é bem 

sucedida ao predizer o limite de fadiga na presença de trincas longas. Todavia, para valores 

menores de L, o limite de fadiga estimado pelas relações apresentadas no diagrama são 

maiores que os resultados experimentais, representados pela curva de tendência, e até maiores 

que o próprio limite de fadiga do material. 

 

Diferentes critérios foram desenvolvidos ao longo dos anos para estudar o comportamento de 

trincas curtas, como os propostos por Miller (1982), Tanaka (1987), Usami (1987) e Akinawa 

et al. (2001). Entre estas propostas, Topper e outros autores (El Haddad et al., 1979) merecem 

destaque, como mostra a Equação (2.19). Nesse caso, L é tida como uma trinca imaginária e, 

de acordo com Taylor (2007), atualmente é difícil encontrar uma conexão entre esta equação e 

a realidade física. Nesse sentido, este tema será descrito com mais detalhes no tópico (3.4.5.). 

 

 
( )

thK

L a
σ

π

∆
∆ =

+
. (2.19) 

  

Quando o tamanho de uma trinca é próximo de L o fenômeno de propagação é fortemente 

influenciado por um comportamento elastoplástico dos grãos e pela morfologia do material na 
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vizinhança na ponta do entalhe (Miller, 1993). A concepção de uma trinca imaginária força a 

obediência às leis da MFLE e por conseguinte leva em consideração a natureza empírica dos 

defeitos intrínsecos formalizados por Topper. A partir desta filosofia de abordagem a Equação 

(2.22) pode ser estendida para geometrias complexas incorporando um fator de correção 

geométrica, F, como pode ser visto na Equação (2.20). 

 

 
( )
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thK

F a L
σ

π

∆
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+
. (2.20) 

 

Os resultados mencionados acima podem ser aplicados também para predizer o 

comportamento de entalhes que têm dimensões da ordem de L, entalhes curtos. Segundo 

estudos de Atzori e Lazzarin, o diagrama de Kitagawa e Takahashi pode ser facilmente 

modificado para relacionar a sensibilidade dos materiais aos entalhes com a sensibilidade aos 

seus defeitos como, por exemplo, as trincas. A Figura (2.10) ilustra o comportamento dessas 

modificações. Pode-se inferir que entalhes se comportam como trincas curtas quando o 

tamanho de a se aproxima de L. Em contrapartida, quando a é maior que a* (ver Equação 

(2.21)) a análise de fadiga pode ser feita através das tensões elásticas determinadas na ponta 

da trinca (Atzori e Lazzarin, 2000). Finalmente, para tamanhos de trinca, a, que variam entre 

L e a*, o limite de fadiga em entalhe pode ser bem predito através dos conceitos de MFLE, 

onde os entalhes se comportam como trincas longas. 
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Figura 2.10. Diagrama de Atzori e Lazzarin 
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3. FADIGA EM CORPOS ENTALHADOS 

 

3.1. MECANISMO DE FADIGA EM ENTALHE 

 

Sabe-se que a matéria não é contínua. Ela é composta de unidades discretas de várias escalas 

de tamanho: átomos, moléculas, precipitados, grãos etc. No entanto, inúmeros problemas na 

mecânica podem ser resolvidos assumindo que a matéria se comporta como se fosse contínua. 

Sendo assim, podemos esperar erros quando atuarmos em escalas da ordem da microestrutura. 

Parâmetros tais como resistência e tenacidade são fortemente afetados por características 

microestruturais e plasticidade local (Taylor, 2005).  

 

O comportamento de uma trinca em um material metálico sujeito a carregamento cíclico pode 

ser observado em três níveis distintos: micro, meso e macro. Precisamente, a microtrinca está 

localizada dentro de um grão material, a mesotrinca cobre vários grãos e, finalmente, a 

macrotrinca reúne a maior quantidade de grãos rompidos. Em geral, considera-se um 

componente falhado quando há trincas visíveis. Todavia, a presença de micro ou mesotrincas 

pode não oferecer perigo para a integridade do componente desde que o campo de tensões na 

zona de processamento do dano não seja favorável à propagação destas (Susmel, 2003). 

 

A aproximação com base na MFLE somente é válida para trincas longas admitindo material 

homogêneo e isotrópico. Caso contrário, a plasticidade dominará o mecanismo de propagação 

em trincas curtas. Considerando que os processos físicos são basicamente dependentes da 

distribuição de tensões e da morfologia do material próxima à região crítica, pode-se admitir a 

possibilidade da falha por fadiga em entalhes se analisada dentro de um volume estrutural.  

  

3.2. FATOR CONCENTRAÇÃO DE TENSÃO 

 

Para todo processo de falha que um dado componente sofra, o ponto de início da falha está 

localizado onde o nível de solicitação excedeu o nível de resistência do material. Isto ocorre 

seja por uma baixa resistência localizada ou por um aumento local na solicitação atuante no 

material, na forma de tensão ou deformação.  

 

A tensão máxima, máxσ , que ocorre na região próxima de uma descontinuidade geométrica 

(orifícios, filetes, rasgos de chavetas, mudanças de secção etc.) é proporcional à tensão 
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nominal atuante, enquanto o material estiver dentro do regime elástico. O fator de 

proporcionalidade entre a tensão máxima no local perto da descontinuidade e a tensão 

nominal é denominado de fator de concentração de tensão, tK , definido pela Equação (3.1). O 

fator de concentração de tensão, tK , depende da geometria do componente e do modo de 

carregamento. A flexão e a torsão, por exemplo, são modos de carregamento que geram 

gradientes de tensão e tendem a concentrar tensões na superfície. Todavia, o efeito de 

descontinuidades geométricas é bem superior.  

 

 máx
t

nom

K
σ

σ
=  (3.1) 

 

O fator de concentração de tensão, tK , pode ser obtido experimentalmente através da 

fotoelasticidade e da extensometria, por exemplo; numericamente, com métodos de 

modelagem por elementos finitos; e  analiticamente através da teoria da elasticidade.  

 

Considerando uma trinca e um furo circular de mesmo tamanho submetidos à tensão normal, 

observamos que o gradiente de tensão gerado pela trinca é bem maior que o gerado pelo furo, 

como mostra a Figura (3.1). Além disso, as tensões geradas na raiz do entalhe são maiores 

para a trinca do que para o furo. Contudo, as tensões decaem mais lentamente, para o furo, 

fazendo com que apresente maiores tensões à mesma distância do entalhe em relação à trinca, 

após certa distância. Ou seja, para entender o efeito de características geométricas em falhas 

mecânicas é necessário considerar como as tensões se comportam em relação à distância do 

entalhe e não somente as máximas tensões geradas. 

 

Tensões de contato também exibem altos gradientes de tensão próximos a pontos de contato, 

os quais decrescem à medida que se distancia da área de contato. Então, as duas ocorrências 

de concentração de tensões mais comuns são devidas a (i) descontinuidades geométricas e (ii) 

forças de contato. Descontinuidades no contínuo incluem mudanças na geometria e nas 

propriedades materiais. Estas mudanças podem ocorrer em nível macroscópico ou 

microscópico, os quais incluem formações de ligas, tamanho e orientação de grãos entre 

outros. Na prática, esse fenômeno é responsável por todas as falhas mecânicas. 
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Figura 3.1. Efeito da geometria na distribuição de tensão. 
 

Admitindo uma placa tracionada por uma tensão unitária, σ , esquematizado na Figura (3.2a), 

considere que a mesma tenha dimensões infinitas quando comparadas com o diâmetro do 

furo, 2r . Pode-se mostrar a partir da teoria da elasticidade linear que as tensões tangenciais 

ao longo da placa são dadas pela Equação (3.2). 

 

 
2 4

2 4
1 1 3 cos 2
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r r
θσ

σ
θ
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 (3.2) 

 

A tensão máxima é vista através do modelo fotoelástico na Figura (3.2b) e assinalada pela 

distribuição de tensões na Figura (3.2c). Para 90oθ = ±  e r a= , a tensão máxima é 3σ . Ou 

seja, para esse caso, o 3tK = . A tensão em um ponto suficientemente afastado da 

descontinuidade geométrica, como o ponto a, equivale à tensão normal aplicada, ( )aσ σ= . 

Na maioria dos casos, a tensão nominal admitida, nomσ , leva em consideração a área resistiva 

da placa, ou seja, desconta o tamanho do entalhe nos cálculos. Na realidade, o valor de tK é 

menor do que o valor predito analiticamente, tendo em vista que o componente real não 

obedece à condição de dimensões infinitas para a placa em relação ao diâmetro do furo. 

 

As soluções da teoria da elasticidade são baseadas em formulações que assumem que o 

material é isotrópico e homogêneo quando na realidade não são uniformes, possuem defeitos 
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e não são homogêneos. Isso faz com que o uso dos fatores de concentração de tensão em 

projetos não seja tão preciso em condições reais de uso. 
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Figura 3.1. Distribuição de tensões em uma placa com furo central: (a) placa carregada, (b) 
modelo fotoelástico e (c) distribuição de tensões. 

 

3.3. ANÁLISE DE FADIGA COM ENTALHE 

 

3.3.1. Noções preliminares 

 

A introdução de entalhes gera condições intermediárias entre corpos sem entalhe e trincas 

severas. Alguns corpos com descontinuidade geométrica se comportam como corpos sem 

entalhe, uma vez que o fator de concentração de tensões é levado em conta. Nestes casos, a 

falha ocorre quando as tensões na raiz do entalhe alcançam o limite de resistência à tração, 

rt
σ , para o caso de carregamento monotônico, ou o limite de resistência à fadiga, 0σ∆ , em 

situações onde o carregamento é dinâmico. Por outro lado, alguns entalhes são tão 

acentuados, com raio na raiz do entalhe suficientemente pequeno, que o seu comportamento é 

semelhante ao de trincas. Para esses casos, espera-se falha estática quando a tenacidade à 

fratura atingir seu valor crítico, c
K K= , ou o seu valor limiar de propagação da trinca, 

th
K K∆ = ∆ , para situações cíclicas de carregamento. 

 

Contudo, muitos entalhes não se comportam nesses extremos. Há casos em que durante a 

falha a tensão na raiz do entalhe é maior que 
rt

σ  e K é menor que 
c

K , ou seja, o entalhe é 
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mais resistente do que se esperaria. Para essas situações, as relações citadas no tópico anterior 

não podem ser usadas nem como estimativas conservativas. Além disso, os entalhes 

apresentam efeitos complexos relativos ao tamanho do entalhe e do espécime que os contem, 

de forma que entalhes pequenos podem falhar com tensões locais maiores que 
rt

σ , mas com 

intensidade de tensão menor que 
c

K  (Taylor, 2007). 

 

De acordo com Taylor et al. (2000), o uso da máxima tensão localizada (hot spot) geralmente 

provê estimativas pobres e conservadoras para o limite de fadiga em entalhe. Há inúmeras 

abordagens que procuram resolver esse problema. Dentre elas, destacam-se a (i) abordagem 

de deformação local, a (ii) abordagem de energia de deformação equivalente, o (iii) método 

de Smith e Miller e os (iv) métodos da zona de processo.  

 

3.3.2. Abordagem de Deformação Local 

 

A abordagem de Deformação Local vale-se de soluções elastoplásticas na raiz do entalhe. 

Para que gere boas predições carece de uma completa análise elastoplástica em Elementos 

Finitos (EF), entretanto é impraticável em componentes reais. Na prática, a deformação local 

é aproximada por uma análise elástica através da regra de Neuber (1961) ou outra semelhante. 

Dado o início da deformação plástica na raiz do entalhe, a razão entre a tensão local na raiz do 

entalhe, εσ , e a tensão nominal, eS , diminui para um valor abaixo de tK . Entretanto, a razão 

entre a deformação local na raiz do entalhe, ε , e a deformação nominal, e , para o caso de 

escoamento local, segue a direção oposta excedendo os valores correspondentes a uma 

condição linear-elástica. A Equação (3.3) mostra a relação proposta por Neuber para o caso de 

carregamento monotônico uniaxial. No caso de carregamento cíclico, a Equação (3.33) é 

escrita em função da gama de tensões e deformações remotas e locais, contudo a tensão 

remota deve se encontrar no regime elástico. A Equação (3.4) expressa esse resultado. 

 

 2
t eK Sεσ =  (3.3) 

 

 ( )
12 2 '

'4 4 2 2

n
tK S

E E K

σ σ σ∆ ∆ ∆ ∆ 
= +  

 
 (3.4) 

 

Onde E, 'K e  'n são propriedades mecânicas dos materiais. 
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3.3.3. Método de Energia de Deformação Equivalente 

 

Glinka (1985) propôs um modelo fundamentado no fato de que a distribuição da densidade de 

energia de deformação na zona plástica a frente da ponta da trinca do entalhe é a mesma que 

aquela determinada com base na solução tensão-deformação elástica pura. Molski e Glinka 

(1981) desenvolveram um método de cálculo da tensão-deformação local no regime 

elastoplástico, semelhante ao modelo proposto por Neuber. A Equação (3.5) expressa o 

método ESED para carregamento monotônico uniaxial. 

 

 2
StKw w

σ
=  (3.5) 

 

De forma que w
σ

é a densidade de energia de deformação devido à tensão e deformação local, 

dada pela Equação (3.6), onde Sw é a densidade de energia de deformação devido a tensão e 

deformação remota dada por 
0

e

Sw Sde= ∫ . 

 

 
0

1 1

2 2 p Sw d w
σ

ε

σ ε σε σε= = + −∫  (3.6) 

 

Já a Equação (3.7) descreve o método ESED, na forma cíclica, onde E, 'K e  'n são 

propriedades mecânicas dos materiais. 

 

 ( )
12 2 '

'4 4 1 2 '

n
tK S

E E n K

σ σ σ∆ ∆ ∆ ∆ 
= +  

+  
 (3.7) 

 

 

 

 

3.3.4. Método de Smith e Miller 

 

Smith e Miller (1978) valeram-se da Mecânica da Fratura de uma forma diferente. Eles 

notaram que a trinca é o caso limite de um entalhe agudo. Isso permitiu a definição de duas 
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expressões, uma para entalhes agudos (sharp notches), Equação (3.8), e outra para entalhes 

suaves (blunt notches), Equação (3.9). 

 

 
( )

1/ 2non

thK

F D
σ

π
∆ =

∆
 (3.8) 

 

Nesse caso o limite de fadiga é a tensão nominal aplicada ao corpo entalhado. O raio é bem 

próximo de zero, com comprimento D e F é uma constante geométrica de uma trinca 

equivalente que produza um raio, ρ , nulo. 

 

 0
non

tK
σ

σ
∆ =

∆  (3. 9) 

 

Para entalhes próximos da condição sem entalhe, o limite de fadiga pode ser considerado 

igual ao limite de fadiga do material. A abordagem de Smith e Miller concorda com o fato de 

existir dois mecanismos diferentes para a falha de fadiga em corpos entalhados. Componentes 

com baixo 
t

K  tendem a falhar da mesma forma que espécimes sem entalhe, no entanto para 

altos valores de 
t

K  ocorre um fenômeno diferente que é denominado de trincas não 

propagantes (non-propagating cracks) como aponta Frost (1960). De acordo com Taylor 

(2005), trincas podem iniciar facilmente a partir de entalhes agudos, contudo podem parar 

após uma pequena quantidade de grãos, geralmente menor que 1 mm. Para estes entalhes o 

limite de fadiga é definido pela habilidade das trincas na raiz do entalhe se propagarem.  

 

Lukas et al. (1986) obteve uma simples equação analítica que indica a condição de não 

propagação para um defeito originado de um entalhe. Esta teoria considera a geometria do 

entalhe, a amplitude do fator intensidade tensão limiar do material, thK∆ , e seu limite de 

fadiga para espécime sem entalhe, 0σ∆ . Evidências experimentais comprovam a existência de 

uma condição limite de não propagação de trincas nucleadas a partir de entalhes muito agudos 

(Baicchi et al., 2007). Esta condição pode ser descrita através do diagrama de Smith-Miller 

como na Figura (3.5). Ela mostra três campos de comportamento de fadiga. Estes campos são 

delimitados pela combinação de tensões cíclicas nominais e pela severidade do entalhe, 

expressa pelo coeficiente elástico de entalhe, 
t

K , (Frost et al., 1974). 
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Através do diagrama, nota-se no campo 1 que uma trinca não inicia no espécime se a 

amplitude de tensão nominal for menor que o limite de fadiga para o espécime sem entalhe. O 

limite superior desse campo é definido por uma curva hiperbólica dada pela Equação (3.10). 

 

 0
a

tK
σ

σ
∆ =

∆  (3.10) 

 

A Figura (3.5) nos revela também que para altas as amplitudes de tensão há fratura completa, 

o que determina o campo 2. Os dados experimentais definidos por círculos vazios apontam 

que o limite de fadiga para a nucleação em um espécime entalhado diminui rapidamente com 

a severidade do entalhe. Quando *
t tK K> , ou seja, para entalhes muito agudos, uma condição 

de iniciação de trinca que não se propaga pode ser encontrada definindo o campo 3. Nesses 

casos a vida é infinita. Dessa forma, uma trinca pode se originar em um entalhe severo porque 

seu limite de fadiga excedeu localmente, mas não mostra tendência se propagar uma vez que 

alcançou uma distância específica da ponta do entalhe. A sua área limítrofe depende do 

comprimento do entalhe e do thK∆ do material. Isso revela que um pico de tensão no entalhe 

não é suficiente para definir um comportamento de fadiga global, conseqüentemente pode não 

ser decisivo no projeto de um membro com descontinuidade geométrica, conforme afirma 

Baicchi et al. (2007). 

 

É válido ressaltar que Taylor (2001) classificou os entalhes em curtos (short) com tamanhos 

menores que 3L, em agudos (sharp) e suaves (blunt), onde para entalhes longos a transição de 

suave para agudo ocorre em *
tK dado pela Equação (3.11). 

 

 * 0
t

th

F a
K

K

σ π
=

∆

∆
 (3.10) 
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Figura 3.5. Diagrama de Smith-Miller para um espécime entalhado 
 

 

3.3.5. Métodos de Zona de Processo 

 

Também chamados de métodos de distância crítica, os métodos de zona de processo foram 

desenvolvidos inicialmente por Seibel e Steiler (1955), Neuber (1958) e Peterson (1959) para 

a predição do limite de fadiga em entalhes através de soluções elásticas. A idéia central é que 

o limite de fadiga do material, 0σ∆ , não deve ser atingido somente no local de máxima tensão 

(hot spot), mas também dentro de um volume crítico na frente do entalhe. Após o advento da 

Mecânica da Fratura, Klesnil e Lucas (1980) definiram o limite de fadiga em corpos 

entalhados  em termos da amplitude do limiar do fator intensidade tensão, thK∆ , e da gama de 

resistência à fadiga, 0σ∆ , de forma que o comprimento de trinca foi definido de maneira 

semelhante ao parâmetro, L , descrito por El Haddad et al. (1980). A Equação (3.11) mostra 

uma versão para condições cíclicas da Equação (2.21). 
 

 
2

0

1 th
K

L
π σ

∆
=

∆

 
 
 

 (3.11) 

 

Devida a sua simplicidade e praticidade esta abordagem de análise de fadiga em entalhe será 

utilizada neste trabalho, por isso será pormenorizada no tópico (3.4), a seguir. 
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4. TEORIA DA DISTÂNCIA CRÍTICA 

 

4.1. NOÇÕES PRELIMINARES 

 

Neuber (1958) afirmou que as tensões elásticas próximas à raiz de um entalhe agudo não se 

comportam conforme a teoria do contínuo, uma vez que as mesmas se distribuem entre os 

cristais, grãos e precitados do material. Ele propôs que as derivações matemáticas dos valores 

das tensões em áreas com elevados gradientes de tensão poderiam ser feitas através de 

volumes finitos ao invés de volumes infinitesimais, como na mecânica do contínuo. Nesse 

sentido, Neuber desenvolveu uma aproximação para prever o limite de fadiga de corpos 

entalhados. Ele propôs que a resistência à fadiga será atingida quando a média das tensões 

atuantes sobre uma porção da ordem do tamanho de grãos for equivalente ao limite de fadiga 

de um corpo não entalhado do mesmo material. 

 

De acordo com Taylor (2007), a Teoria da Distância Crítica (TDC) não é um método, mas 

sim um conjunto de métodos que têm certas características em comum e que fazem uso da 

análise linear elástica e de um parâmetro material constante, L, denominado distância crítica, 

para predizer o efeito de entalhes e outros concentradores de tensão pela consideração de um 

campo de tensões na região próxima à ponta do entalhe. Ou seja, a TDC leva em consideração 

a máxima tensão e o gradiente de tensão para a determinação do volume material altamente 

solicitado e passivo de iniciação e crescimento de trincas (Kasiri e Taylor, 2008). 

 

Tendo em vista que a TDC se desenvolveu a partir do elo com a MFLE, considere um trinca 

longa, de comprimento a, sob carregamento nominal, σ , que é bem inferior à tensão de 

escoamento do material, yσ . A tensão elástica,
 

( )rσ , na direção de abertura da trinca em 

função da distância, r a� , a partir da raiz do entalhe, onde K é o fator intensidade tensão é 

dada pela Equação (4.1). 

 

 ( )
( )

1 2
2

K
r

r
σ

π
=  (4.1) 

 

A falha pela propagação da trinca ocorre quando K
 
atinge o valore critico de tenacidade a 

fratura, cK . Para o modo I de carregamento denotamos por IcK . Isolando r, na Equação (3.9), 
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para a condição crítica, cr L= , temos a distância característica, L, formalizada na Equação 

(4.2), onde 0σ é o limite de resistência à tração. 

 

 
0

1

2
cK

L
π σ

 
=  

 
. (4.2) 

 

 Ainda que esta análise seja exata para trincas pontiagudas não há uma derivação simples para 

entalhes. A partir de comparações com resultados experimentais, Taylor (1999), Taylor e 

Wang (2000) mostraram que o limite de fadiga para corpos entalhados poderia ser predito 

apenas substituindo cK  pelo limite de tenacidade a fratura, thK∆ , e tomando 0σ  como sendo 

igual a amplitude de tensão no limite de resistência à fadiga, 0σ∆ , do espécime sem entalhe 

(Taylor, 2005). 

 

Segundo Susmel (2008) a principal vantagem das formalizações da TDC é que estes métodos 

são baseados no uso de tensão linear elástica e isto os torna satisfatórios para serem usados 

em situações de interesse prático pelo simples pós-processamento linear elástico de resultados 

de Elementos Finitos. A TDC se apresenta de várias maneiras que vai desde a maneira mais 

simplista, como o Método do Ponto (MP), até a mais trabalhosa como o Método do Volume 

(MV), passando pelos Métodos da Linha e da Área, (ML) e (MA), respectivamente. Além 

dessas abordagens clássicas, recentes pesquisas como o Método de Trinca Imaginária (MTI) e 

o Método de Mecânica da Fratura Finita (MMFF) também são consideradas nesse conjunto de 

métodos. 

 

4.2. MÉTODO DO PONTO 

 

O MP assume que a falha ocorrerá quando a tensão a uma distância MPd , a partir da raiz do 

entalhe, como na Figura (4.1), é igual à resistência monotônica do material, 0σ . A mesma 

abordagem usada para fratura frágil pode ser usada para predizer a resistência à fadiga pela 

substituição da tensão cíclica apropriada, 0σ∆ , como na Equação (4.3) sugerida por Tanaka 

(1986) e Taylor (1999). Argumentos teóricos (Whitney e Nuismer, 1974; Taylor, 1999; e 

Tanaka, 1983) têm mostrado que 2cr L= , onde 1σ∆ é gama da máxima tensão principal, 

conforme a Equação (4.4). 
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 ( )1 0, 0MPr dσ θ σ∆ = = = ∆ , (4.3) 

 

 ( )1 / 2, 0 fr L Sσ θ∆ = = = ∆ . (4.4) 

 

Todavia, Lazzarin et al. (1997) argumentaram que a aplicação da gama de máxima tensão 

principal na coordenada ( )/ 2, 0r L θ= = , deve ser corrigida por uma função adimensional  a 

fim de considerar a forma da geometria do entalhe. Esse fator de correção dependente de L e 

do raio na raiz do entalhe, ρ , como formula a Equação (4.5). Na prática, esta correção não 

apresentou significativas mudanças nos resultados.  

 

 ( )1 0

1 2
/ 2, 0

1

L

r L
L

ρ
σ θ σ

ρ

+

∆ = = = ∆

+

. (4.5) 

 

Entalhe

Distribuição de tensões 
linear elástica

MPd

0σ∆

1σ∆

máxσ∆

r

Volume estrutural  

Figura 4.1. Formalização esquemática do Método do Ponto 
 

Atzori et al. (2001), após exaustivas investigações experimentais concluíram que as diferentes 

formalizações da TDC dependem da geometria do entalhe e do valor de L para cada material. 

 

4.3. MÉTODO DA LINHA 

 

O ML determina o campo de tensões que atua próximo ao entalhe através da média sobre uma 

linha que vai desde a raiz do entalhe, 0r = , até uma determinada distância MLd  se igualar a 
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0σ∆ , como expressa a Equação (4.6) e ilustra a Figura (4.2). Novamente, pode-se mostrar por 

argumentos teóricos que o comprimento desta linha, d, está relacionado com L e vale 2L, 

como aponta a Equação (4.7). 

 

 ( )1 0

0

1
, 0

MLd

ML

r dr
d

σ θ σ∆ = = ∆∫ , (4.6) 

 

 ( )
2

1 0

0

1
, 0

2

L

r dr
L

σ θ σ∆ = = ∆∫ . (4.7) 

 

Entalhe
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linear elástica

0σ∆

1σ∆

máxσ∆

rMLd

 

 

Figura 4.2. Formalização esquemática do Método da Linha 

 

4.4. MÉTODOS DA ÁREA E DO VOLUME 

 

Taylor (1999) propôs de uma forma a idéia sugerida por Sheppard (1991) para uma distância 

crítica com base na área. De acordo com Susmel e Taylor (2007), o MA envolve a média da 

gama das máximas tensões principais sobre uma área semicircular na vizinhança do entalhe 

até uma distância crítica MAd . Taylor (1999) sugere por deduções teóricas que MAd L= , assim 

a Equação (4.8) pode ser escrita na forma da Equação (4.9). Bellett et al. (2005) também 

sugeriu que a gama de tensões efetivas poderia ser calculadas pela média da máxima tensão 

linear elástica em um hemisfério centrado na raiz do entalhe conhecido com Método do 

Volume (MV). Através de argumentos teóricos, Bellet et al. (2005) sugeriu que os raios do 

semicírculo e da hemisfera para os MA e o MV sejam 1.32L e 1.54L , respectivamente. Ou 

seja, a definição de L pode ser usada para as quatro vertentes da TDC apresentadas. 
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 ( )
2

1 02 2 0

4
,

MAd

MA

r drd
d

π

π
σ θ θ σ

π −
∆ = ∆∫ ∫ , (4.8) 

 

 ( )
2

1 00 0

4
,

L

r rdrd
L

π

σ θ θ σ
π

∆ ≅ ∆∫ ∫ . (4.9) 

 

A TDC é uma abordagem empírica, mas Taylor (2001) sugere sua aplicação na predição de 

propagação ou não de trincas na raiz de entalhes até 2L. Infelizmente essa idéia só justifica 

seu uso na presença de entalhes agudos sem fornecer nenhuma explicação de seu bom 

desempenho na presença de entalhes suaves (Susmel e Taylor, 2006). 

 

4.5. MÉTODO DA TRINCA IMAGINÁRIA 

 

O Método da Trinca Imaginária (MTI) é uma abordagem da mecânica da fratura que analisa 

um entalhe pela introdução de uma trinca aguda na raiz do entalhe, conforme a Figura (4.3a). 

Assume-se que o comprimento da trinca é uma constante material. Admite-se a falha do 

material quando a intensidade de tensão crítica for alcançada, cK , ou, o limiar de tenacidade à 

fratura em fadiga, thK∆ . Possivelmente Waddoups et al. (1971) foi o pioneiro na aplicação 

deste método na fratura frágil de materiais compósitos. Em fadiga, o modelo foi usado por 

Haddad et al. (1979) para a análise de pequenas trincas, e por Klesnil e Lucas (1980) para 

entalhes. Assim como o MP e o ML, o MMFF tem sido descoberto e redescoberto por muitos 

pesquisadores ao longo dos anos. 

 

 
0a

 

a∆

 
(a) (b) 

 
Figura 4.3. (a) Modelo de trinca introduzida e imaginária (b) No MMFF a taxa da energia de 

deformação é calculada durante o crescimento do incremento a∆  de trinca 
 

Examinando a literatura observa-se a existência de duas abordagens ligeiramente distintas. Na 

primeira, que será chamada de método da trinca introduzida, assume-se que há uma trinca 

presente na raiz do entalhe. Este é o caso estudado em cerâmicos por Usami et al. (1986) que 

sugeriu a fratura a partir de uma falha pequena e semi circular, e também por Ostash e 
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Panasyuk (2001) que propuseram que o comportamento de fadiga de metais é afetado pela 

presença de uma camada frágil de material na superfície. 

 

 O comprimento dessa trinca pode ser mostrado como sendo igual a L, embora possa sofrer 

correções apropriadas. Um exemplo de MTI é o método de El Haddad para trinca curta (El 

Haddad et al., 1979) que foi desenvolvido por alguns pesquisadores como Ostash e Panasyuk 

(2001). De acordo com Taylor (2008), esta abordagem provê predições idênticas ao ML para 

trincas bem pequenas e bastante similares para uma série de entalhes. Esta abordagem 

apresenta uma inconsistência teórica que é o fato de introduzir uma trinca com tamanho da 

ordem de L ou menor.  

 

Este problema pode ser evitado com o uso da segunda abordagem, denominado de método da 

trinca imaginária. Neste caso, a trinca não assume uma existência física real, ela é apenas 

imaginária, onde a trinca na raiz do entalhe se propaga obedecendo a MFLE. Esta abordagem 

foi conduzida por El Haddad et al. (1979). Waddoups et al. (1971) notou que a trinca na raiz 

do entalhe pode ser uma simples representação da zona de processo desenvolvida na raiz do 

entalhe. 

 

4.6. MÉTODO DA MECÂNICA DA FRATURA FINITA 

 

Recentemente desenvolvido por Taylor, Cornetti e Pugno (2005), desenvolveram uma 

abordagem em que a condição de falha é derivada da modificação do tradicional balanço de 

energia de Griffith usado na mecânica da fratura linear elástica. A modificação envolve o uso 

de uma quantidade finita de extensão de trinca, a∆ , ao invés de uma quantidade infinitesimal, 

da , para o cálculo da taxa de energia, conforme a Figura (4.3b). Foi proposta uma alteração 

na equação de Griffith para fratura frágil introduzindo um novo termo 2a∆ . Este termo é 

chamado de L é tido como uma constante material. Esta modificação é extremamente útil 

porque permite a MFLE ser usada para fazer predições em casos de trincas muito pequenas e 

entalhes, situações normalmente inválidas em MFLE.  

 

Os autores mostram experimentalmente que excelentes predições podem ser feitas para fratura 

frágil e comportamento de fadiga para uma grande gama de diferentes materiais. O valor de L 

pode ser expresso em função da tenacidade à fratura cK , ou thK∆ no caso de fadiga, e um 
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parâmetro de resistência, 0σ . Para o caso de predições do limite de fadiga de materiais 

metálicos e fratura frágil em cerâmicos, 0σ coincide diretamente com a tensão de resistência a 

tração ou no caso de fadiga, o limite de resistência à fadiga medido para espécimes não 

entalhados. Esta abordagem conduz a um critério de falha que pode ser expresso pela Equação 

(4.10). Através deste trabalho foi possível observar que o resultado das predições com o 

método da Mecânica da Fratura Finita (MMFF) é similar aos fornecidos pelo ML. Neste 

sentido, abordagens combinadas com o ML foram sugeridas por Hashin (1996) e Leguillon 

(2002). 

 

 
2

2 2

0

2
L

cK da K L=∫ . (4.10) 
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5. METODOLOGIA 

 

5.1. INTRODUÇÃO 

 

O valor do limiar de propagação de trincas, thK∆ , em geral, é obtido através de ferramentas 

experimentais ou numéricas. Todavia, determiná-lo experimentalmente é oneroso e exige 

perícia. Este parâmetro da mecânica da fratura pode ser determinado por uma estratégia 

alternativa que envolve dados experimentais de fadiga disponíveis previamente (limite de 

fadiga de componentes, fS∆ , entalhados e sem entalhe, feS∆ ) e simulação numérica via 

elementos finitos, por exemplo. A Teoria da Distância Crítica, por sua vez, tem a 

responsabilidade de fazer a ligação entre essas duas ferramentas. 

 

A TDC se vale de uma constante material, L, proposta por El Haddad, Equação (3.11), para 

estimar a distância crítica de acordo com o método adotado. A origem deste parâmetro vem 

da intersecção de duas curvas assintóticas do diagrama de Kitagawa-Takahashi, Figura (2.9) e 

por isso ele não é mensurável de forma direta. Além de ser uma aproximação, este parâmetro 

envolve dados experimentais que possuem erros experimentais intrínsecos que prejudicam a 

acuracidade de L. Na proposta alternativa em questão, a determinação do thK∆ é uma função 

direta de L e fS∆ determinado experimentalmente. Logo, a qualidade da determinação de 

thK∆ depende diretamente de uma estimativa precisa e consistente de L. 

 

5.2. METODOLOGIA NUMÉRICO-EXPERIMENTAL 

 

Esta etapa do trabalho destina-se a descrever o procedimento para atingir os objetivos 

propostos. Portanto, a análise dividir-se-á em duas partes principais: (i) investigar o domínio 

de validade da Teoria da Distância Crítica e (ii) validar uma estratégia numérico-experimental 

para determinar o limiar de propagação de trincas, thK∆ . Na primeira etapa, a metodologia 

proposta consiste em comparar o Método do Ponto e o Método da Linha, modelos teóricos de 

distância crítica, via simulações numéricas através do Método de Elementos Finitos. Na 

segunda parte do trabalho, a partir dos resultados obtidos para a distância crítica, de acordo 

com o método adotado no passo anterior, determinar-se-á o limiar do fator intensidade tensão, 

thK∆ , de maneira simples e eficiente. 
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O procedimento numérico-experimental proposto será caracterizado da seguinte forma: (i) 

identificação dos casos analisados; (ii) modelagem, (iii) simulação numérica; (iv) análise de 

tensões; (v) análise numérica: determinação do comprimento característico, L, e da resistência 

à fadiga, fS∆ ; (vi) validação da Teoria da Distância Crítica e (vii) determinação indireta do 

thK∆ . 

 

5.2.1. Identificação dos Casos Analisados 

 

Para a obtenção dos resultados das duas etapas citadas acima, 40 séries de dados 

experimentais disponíveis na literatura foram selecionados. Os dados exigidos foram as 

propriedades mecânicas, as características geométricas e as propriedades de fadiga. Entre os 

materiais utilizados tem-se 11 tipos de ligas de aço, 3 tipos de ligas de alumínio e 2 tipos de 

ligas de ferro fundido, 4 formas geométricas de espécime e uma diversidade de tamanhos de 

entalhes. Todos eles podem ser encontrados no Apêndice A. 

 

5.2.2. Modelagem 

 

A estrutura básica do elemento finito usado em cada caso trata-se de um elemento triangular 

com 6 nós de forma que o seu comportamento de deslocamento quadrático é o mais adequado 

para a modelagem de malhas irregulares. Este elemento possui dois graus de liberdade em 

cada nó e admite modelagem com hipóteses de elemento plano, tensão plana ou deformação 

plana; ou ainda como um elemento axissimétrico. Ele pode ser visto na Figura (5.2) e também 

permite a modelagem de problemas que envolvam plasticidade, fluência, dilatação, 

enrijecimento sob tensão, grandes deslocamentos e deformações. 

 

 

Figura 5.2. Estrutura do elemento finito usado na modelagem 
 

Utilizando a condição de simetria citada anteriormente, a estrutura básica da modelagem 

consistiu nos passos a seguir: 
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(i) Definir os keypoints para a definição da geometria: pontos 1,2,3,4,5,6,7 e 100. 

(ii) Construir as linhas que unem os pontos definidos anteriormente: linhas 1,2,3,4,5,6 e 7. 

(iii) Construir o arco que define o entalhe. 

(iv) Gerar a área que define a geometria previamente determinada. 

(v) Subdividir o arco em 6 partes. 

(vi) Definir o controle da malha subdividindo as linhas mencionadas: linhas 1,5,6 e 7 (20 

divisões); linha 3 (50 divisões); linha 4 (75 divisões) e linha 2 (100 divisões). 

(vii) Gerar a malha. 

(viii) Definir as condições de contorno de acordo com cada geometria. 

(ix) Definir o carregamento sobre a linha 6. 

Os passos de (i) a (vii) citados acima podem ser ilustrados pela Figura (5.3). 

 

  
(a) Passo (i) (b) Passos (ii) e (iii) 

 

  

(c) Passo (iv) (d) Passos (v) e (vi) 

 

 
(e) Passo (vii) 

Figura 5.3. Etapas associadas à modelagem do espécime 
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5.2.3. Simulação numérica 

 

Inicialmente a geometria é modelada no pré-processamento, devidamente refinada até que os 

resultados convirjam e seja submetida às devidas condições de contorno. Ainda nessa fase o 

carregamento é imposto como sendo a tensão remota, ou seja, o limite de resistência à fadiga 

para o espécime do mesmo material com entalhe, feS∆ . Na fase de pós-processamento tem-se 

os seguintes resultados: (i) a distribuição de tensões elásticas na frente da descontinuidade 

geométrica; (ii) a tensão na raiz do entalhe, máxS∆ ; (iii) o fator de concentração de tensões, 

tK , e o (iv) gradiente de tensões. 

 

As análises do campo das tensões elásticas na vizinhança dos pontos concentradores de tensão 

foram feitas com o auxílio do software ANSYS® versão 11. As simulações dos modelos de 

distância crítica foram feitas com base na simetria dos corpos de prova sob condições de 

estado plano de tensão ou axissimétrico e segundo condições de comportamento linear 

elástico. A vantagem da condição de simetria está no fato de poder simular condições de 

carregamento utilizando uma malha restrita a apenas um quarto da geometria quista. 

Conseqüentemente o tamanho da matriz de rigidez do problema diminui. 

 

5.2.4. Análise Numérica 

 

A partir das informações obtidas na etapa anterior, os resultados numéricos quistos são: 

 

� A distância crítica, MPd e MLd , determinada de acordo com o MP e o ML, respectivamente, 

obtidos a partir do limite de fadiga do material sem entalhe, fS∆ . 

 

� O limite de fadiga, ,f MPS∆
 
e ,f MLS∆ , estimados segundo o MP e ML, respectivamente, 

determinados a partir do parâmetro material teórico, EHL , proposto por El Haddad, vide 

Equação (3.11). 

 

A Figura (5.1) ilustra o procedimento numérico que aplica a Teoria da Distância Crítica para 

obtenção dos resultados desejados. 
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Espécime
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,f MPS∆

 
,f MLS∆

 
fS∆

 
fS∆

 
, 2ML est estd L=

 
feS∆

 
feS∆

( ), , 2th MP f MP MP f MPK S L d S Lπ∆ ∆ = = ∆

( ) ( )
2

, 0
1 2 2 , 0

L

f ML MLS L S x L dxθ∆ = ∆ = =∫

( ), 2, 0f MPS S x L θ∆ = ∆ = =

( ), , 2th ML f ML ML f MLK S L d S Lπ∆ ∆ = = ∆

Te
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ão
 (

M
P

a)

2L

/ 2L, / 2MP est estd L=

 

 

Figura 5.1. Procedimento numérico-experimental em termos do Método do Ponto e do 
Método da Linha para componentes entalhados: (a) e (c) são estimativas das respectivas 
distâncias críticas a partir do limite de fadiga experimental, (b) e (d) são as respectivas 

estimativas da resistência à fadiga a partir do parâmetro L.  
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5.2.5. Validação da Teoria da Distância Crítica 

 

A revalidação da TDC consiste em duas partes: 

 

(i) Comparar os valores estimados para o comprimento característico, L, segundo o Método 

do Ponto, 2MP MPL d= , e o Método da Linha, 2ML MPL d= , com os valores preditos por El 

Haddad, EHL , Equação (3.11), a partir de dados experimentais do limite de fadiga, fS∆ , e do 

limiar do fator intensidade tensão, thK∆ , obtidos para o mesmo material sob a mesma razão 

de carregamento. 

 

(ii) Avaliar o comportamento da relação entre a predição da resistência à fadiga de acordo 

com o Método do Ponto, ,f MPS∆ , e o Método da Linha, ,f MLS∆ , com o limite de fadiga obtido 

experimentalmente, fS∆ .  

 

A acuracidade da Teoria da Distância Crítica na forma do MP e do ML foi checada através da 

predição do comprimento característico, L, e do limite de fadiga, fS∆ , a partir de dados 

experimentais de fadiga uniaxial disponíveis na literatura. O índice de erro para o 

comprimento característico, L, e o limite de resistência à fadiga foi calculado conforme as 

Equações (5.1) e (5.2), respectivamente, para o MP e o ML.  

 

 [ ], %MP ML
L

L L
E

L

−
= . (5.1) 

 

 [ ], %
f

f MP ML f

S

f

S S
E

S
∆

∆ − ∆
=

∆
. (5.2) 

 

Valores de 0
f thL S KE E E∆ ∆= = = significam que os dados estimados pela estratégia alternativa 

proposta são idênticos aos dados experimentais obtidos da literatura. Nesse ínterim, alguns 

pontos relevantes foram investigados com o intuito de averiguar a consistência da Teoria da 

Distância Crítica. Estes estão listados a seguir: 

 

(a) Influência do material na determinação do comprimento característico, L. 
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(b) Influência do método de distância crítica na predição da constante material, L. 

(c) Influência da forma do raio do entalhe na determinação do comprimento característico, L. 

(d) Análise da Teoria da Distância Crítica com base na predição de L. 

(e) Predição da resistência à fadiga, fS∆ . 

 

5.2.6. Determinação indireta do limiar de propagação de trincas, thK∆ . 

 

Uma vez que a distância crítica foi determinada anteriormente para o Método do Ponto, 

2MP MPL d= , e para o Método da Linha, 2ML MPL d= ,com uma simples manobra algébrica da 

Equação (3.11) pode-se determinar o thK∆  de acordo com cada método: ,th MPK∆  e ,th MLK∆ , 

como visto nas Equações (5.3) e (5.4), respectivamente. Figura (5.1) mostra um esquema que 

ilustra o procedimento adotado.  

 

 , 2th MP f MPK S dπ∆ = ∆ , (5.3) 

 

 , 2th ML f MLK S d
π

∆ = ∆ . (5.4) 

 

A confiança da estratégia numérico-experimental proposta foi avaliada considerando os 

mesmos dados experimentais usados na primeira etapa. O índice erro associado ao valor do 

limiar do fator intensidade tensão predito e experimental é dado pela Equação (5.5). Os 

resultados associados a todos os índices de erro citados podem ser encontrados no Apêndice B. 

 

 [ ], %
th

thMP ML th
K

th

K K
E

K
∆

∆ − ∆
=

∆
. (5.5) 

 

Com o propósito de investigar a validade da metodologia proposta para a determinação do 

limiar do fator intensidade tensão, thK∆ , os pontos a seguir foram avaliados: 

 

(a) Análise da estimativa de thK∆ versus o raio do entalhe. 

(b) Análise da correlação entre thK∆ e o coeficiente adimensional ( )r dn . 

(c) Análise da correlação entre thK∆ em relação à forma e o coeficiente adimensional ( )r dn . 

(d) Estimativa do limiar de propagação de trincas, thK∆ . 
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6. RESULTADOS E DISCUSSÕES 

 

As principais informações relativas ao conjunto de dados de fadiga uniaxial considerado estão 

dispostas na Tabela (6.1) e o esquema das geometrias utilizadas é apresentado na Figura (6.1). 

Informações mais detalhadas (propriedades de fadiga, mecânicas e características 

geométricas) dos casos estudados podem ser encontradas nas Tabelas (A.1), (A.2) e (A.3) no 

apêndice. As Tabelas (B.1), (B.2) e (B.3) resumem os resultados preditos pelos métodos 

adotados e a acuracidade medida pelo índice de erro para o comprimento característico, L, a 

resistência à fadiga, fS∆ , e o valor limiar de propagação de trincas, thK∆ , respectivamente. 

 
Tabela 6.1. Dados experimentais gerados sob fadiga uniaxial 

 
Material R ∆Sf ∆Sfe ∆Kth Forma Carreg.

1 2024-T351 -1 248,0 159,0 4,4 PEC AX 
2 2024-T4 -1 180,0 60,0 5,5 BEC RB
3 7075-T6511 -1 260,0 100,0 9,2 BEC RB
4 Grey Iron -1 155,0 91,0 15,9 BEC AX 
5 Grey Iron 0,1 99,0 60,0 11,2 BEC AX 
6 Grey Iron 0,5 68,0 44,0 8,0 BEC AX 
7 Grey Iron 0,7 48,0 32,0 5,2 BEC AX 
8 EN-GJS-800-8 0,1 440,0 98,6 8,1 PDEL AX 
9 SAE 1045 -1 608,0 273,0 13,9 PEC AX 

10 G40.11 Steel -1 540,0 336,0 11,5 PEC AX 
11 Mild Steel 0,4 420,0 84,1 12,8 PDEL AX 
12 FeP04 -1 247,0 45,4 10,0 PDEL AX 
13 HT60 0,1 580,0 252,0 13,0 PDEL AX 
14 SS41 0,05 231,0 25,9 6,4 PDEL AX 
15 SAE 1010-HR 0,05 320,0 220,7 11,8 PEC AX 
16 En3B -1 412,0 103,4 16,2 PUEL AX 
17 En3B 0,1 328,0 75,0 11,8 PUEL AX 
18 Mild Steel 0.22%C -1 402,0 154,4 12,8 PDEL AX 
19 Mild Steel 0.22%C -1 402,0 103,8 12,8 PDEL AX 
20 Mild Steel 0.22%C -1 402,0 84,4 12,8 PDEL AX 
21 Mild Steel 0.22%C -1 402,0 90,8 12,8 PDEL AX 
22 Mild Steel 0.22%C -1 402,0 84,4 12,8 PDEL AX 
23 SAE 1045 -1 606,0 231,8 9,0 PEC AX 
24 SAE 1045 -1 606,0 230,6 9,0 PEC AX 
25 SAE 1045 -1 606,0 273,0 9,0 PEC AX 
26 SAE 1045 -1 606,0 305,8 9,0 PEC AX 
27 SAE 1045 -1 606,0 356,6 9,0 PEC AX 
28 Mild Steel 0.15%C -1 420,0 131,0 12,8 BEC AX 
29 Mild Steel 0.15%C -1 420,0 77,0 12,8 BEC AX 
30 Mild Steel 0.15%C -1 420,0 68,8 12,8 BEC AX 
31 Mild Steel 0.15%C -1 420,0 68,8 12,8 BEC AX 
32 Mild Steel 0.15%C -1 420,0 67,8 12,8 BEC AX 
33 Mild Steel 0.15%C -1 420,0 70,0 12,8 BEC AX 
34 Mild Steel 0.15%C -1 420,0 68,8 12,8 BEC AX 
35 2.25Cr-1Mo -1 440,0 155,0 12,0 BEC AX 
36 2.25Cr-1Mo -1 440,0 209,0 12,0 BEC AX 
37 2.25Cr-1Mo -1 440,0 237,0 12,0 BEC AX 
38 2.25Cr-1Mo -1 440,0 321,0 12,0 BEC AX 
39 2.25Cr-1Mo -1 440,0 403,0 12,0 BEC AX 
40 2.25Cr-1Mo -1 440,0 429,0 12,0 BEC AX 

A
l

F
er

ro
A

ço

( )MPa ( )MPa ( )MPa m

 
PEC = placa com entalhe central; BEC = barra com entalhe circunferencial; PDEL = placa com duplo 

entalhe lateral; PUEL = placa com único entalhe lateral; AX = axial; RB = flexão rotativa 
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Figura 6.1. Geometrias analisadas 
 

6.1. VALIDAÇÃO DA TEORIA DA DISTÂNCIA CRÍTICA 

 

6.1.1. Influência do material na determinação do comprimento característico, L. 

 

As Figuras (6.1) e (6.2) apresentam a relação entre o comprimento característico, L, estimado 

teoricamente, Equação (3.11), e o valor predito pelo MP e pelo ML, respectivamente, para 

ligas de aço, de alumínio e de ferro. A partir dos resultados mostrados observa-se que os 

resultados para as ligas de ferro influenciam fortemente o comportamento da curva de 

tendência uma vez que possuem altos valores de L em relação às ligas de aço e de alumínio. 

Esse fato ocorre em ambos os métodos. Por isso, a análise será subdividida em duas partes. A 

primeira, com as ligas de aço e de alumínio e a segunda, somente com as ligas de ferro. 

 

0.00 1.00 2.00 3.00 4.00 5.00
L (mm)

0.00

1.00

2.00

3.00

4.00

5.00

L
 M

P
 (

m
m

)

+ 20%

- 20%

Curva de Tendência
Coef. Ang.= 0,820

R-sq = 0,971

Aço

Alumínio

Ferro

 

Figura 6.1. Comprimento característico, L, em termos da estimativa teórica versus a predição 
pelo Método do Ponto para diversos materiais. 
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Figura 6.2. Comprimento característico, L, em termos da estimativa teórica versus a predição 
pelo Método da Linha para diversos materiais. 

 

As Figuras (6.3) e (6.4) mostram a relação entre o comprimento característico, L, estimado 

teoricamente, Equação (3.11), e o valor predito pelo MP e pelo ML, respectivamente, para 

ligas de aço e alumínio. A partir dos resultados apresentados verifica-se claramente que o MP 

se aplica melhor, pois seu coeficiente angular se aproxima do ajuste perfeito e o seu erro 

aleatório é muito pequeno. Em contrapartida, o ML não é recomendado pois seu erro de 

tendência é elevado e excede o limite de 20% para menos, apesar de apresentar um 

coeficiente de determinação, R2, elevado.  
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Figura 6.3. Comprimento característico, L, em termos da estimativa teórica versus a predição 
pelo Método do Ponto para ligas de aço e de alumínio. 
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Figura 6.4. Comprimento característico, L, em termos da estimativa de teórica versus a 
predição pelo Método da Linha para ligas de aço e de alumínio. 

 

Da mesma forma as Figuras (6.5) e (6.6) mostram a relação entre o comprimento 

característico teórico, L, e os valores preditos pelo MP e ML, respectivamente, para ligas de 

ferro fundido. Apesar de ter poucos dados, os valores do coeficiente angular da curva de 

tendência para os dois métodos revelam que o ML tem um erro de tendência menor que o MP. 

Por isso o ML é recomendado para ligas de ferro em detrimento do MP, embora ambos 

possuam baixo erro aleatório como demonstra o coeficiente de determinação, R2. Todavia, 

ambos os métodos predizem, na média, valores menores que o estimado por El Haddad. 
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Figura 6.5. Comprimento característico, L, em termos da estimativa teórica versus a predição 
pelo Método do Ponto para ligas de ferro. 
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Figura 6.6. Comprimento característico, L, em termos da estimativa teórica versus a predição 
pelo Método da Linha para ligas de ferro. 

  

6.1.2. Influência do método de distância crítica na predição da constante material, L. 

 
No intuito de comparar o comportamento da predição de L, entre os métodos adotados, a 

Figura (6.7) apresenta a relação entre o comprimento característico predito pelo MP e ML 

normalizado com relação à aproximação de L feita por El Haddad, Equação (3.11). A partir 

dos resultados mostrados pode-se inferir que em mais de 97% dos casos o ML atenua o valor 

de L em relação ao MP, para ligas de aço e ligas de alumínio. Contudo, o mesmo não pode ser 

dito das ligas de ferro onde a maioria das predições do MP são superiores às geradas pelo ML. 
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Figura 6.7. Comparação do comprimento característico, L, predito pelo MP em termos do ML 
normalizado em relação à aproximação teórica. 
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6.1.3. Influência do raio do entalhe na determinação do comprimento característico, L. 

 

As Figuras (6.8) e (6.9) relacionam o raio na ponta do entalhe com o comprimento 

característico predito pelo MP e pelo ML, respectivamente, normalizado em relação ao valor 

teórico. A partir dessas figuras observa-se que independente do método adotado para raios 

acima de 1 mm, na média, o erro é superior a 20% para mais ou para menos. No entanto, ter 

um raio menor que 1 mm não significa necessariamente ter erro de até 20%.   
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Figura 6.8. Comparação entre o raio na ponta do entalhe e o comprimento característico 
predito pelo MP normalizado em relação à aproximação teórica. 
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Figura 6.9. Comparação entre o raio na ponta do entalhe e o comprimento característico 
predito pelo ML normalizado em relação à aproximação teórica. 
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6.1.4. Análise da Teoria da Distância Crítica com base na predição de L. 

 
Com o propósito de verificar a consistência da Teoria da Distância Crítica, as Figuras de 

(6.10) a (6.13) são apresentadas com o objetivo de relacionar o raio do entalhe em termos do 

parâmetro material, L, predito pelo MP e ML, respectivamente, para quatro tipos de liga de 

aço disponíveis na literatura: 2.25Cr-1Mo, Mild Steel 0.15%C, SAE 1045, Mild Steel 

0.22%C.  

 

Nesses gráficos os dados são apresentados com suas respectivas barras de erro. O erro do 

procedimento numérico-experimental admitido é da ordem de 20% e depende basicamente 

dos erros oriundos da tensão remota aplicada e da dispersão do limite de fadiga do material. 

As principais fontes de erro experimental estão relacionadas à forma do espécime ensaiado 

(largura, espessura e raio do entalhe) e carregamento aplicado. Não é comum a literatura 

caracterizar a dispersão dos seus resultados de fadiga e fratura, no entanto, é de bom senso 

adotar esse percentual de erro.  

 

As Figuras de (6.10) a (6.13) também apresentam o L estimado pela equação de El Haddad, 

EHL , e seu respectivo erro expandido, 
EHLe . Esse erro é obtido através da aplicação da 

Equação (3.11) na Equação (6.1). Admitindo um erro de 20% para o limiar de propagação de 

trincas, thK∆ , e para o limite de fadiga, fS∆ , o erro expandido encontrado é de 

aproximadamente 56%. 
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   = ∆ + ∆
   ∂∆ ∂∆   

 (6.1) 

 
A literatura (Bellett et al., 2005) admite o comprimento característico, L, como um parâmetro 

material pois é uma função de duas propriedades materiais, thK∆ e fS∆ . Sendo assim, as 

estimativas numérico-experimentais de L deveriam ser estatisticamente semelhantes 

independente da geometria e do método adotado para um mesmo material. Analisando o 

comportamento dos resultados das Figuras (6.10) a (6.13) observa-se claramente que o 

mesmo não acontece ainda que os erros expandidos para as estimativas sejam considerados. 

Independente do método usado, observa-se que raios grandes tendem a piores resultados. Isso 

pode ser explicado pelo baixo gradiente, o que não permite obter de forma confiável o ponto 
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de intersecção da curva de distribuição de tensão com a curva de resistência à fadiga. Todavia, 

a liga de aço 2.25Cr-1Mo apresentou resultados ruins para raios pequenos independente do 

método aplicado. Uma vez que a forma do espécime é cilíndrica, o uso da tensão equivalente 

de Von Mises é ideal, pois dentro do espécime estado triaxial de tensões está presente. Dessa 

maneira o L aumentará e provavelmente estará dentro da faixa de erro desejada. 
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Figura 6.10. Avaliação do erro do parâmetro característico, L, predito pelo MP (a) e pelo ML 
(b) para a liga de aço 2.25Cr.1Mo. 
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Figura 6.11. Avaliação do erro do parâmetro característico, L, predito pelo MP (a) e pelo ML 
(b) para a liga de aço Mild Steel 0.15%C. 
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Figura 6.12. Avaliação do erro do parâmetro característico, L, predito pelo MP e (a) pelo ML 
(b) para o aço SAE 1045. 
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Figura 6.13. Avaliação do erro do parâmetro característico, L, predito pelo MP e (a) pelo ML 
(b) para a liga de aço Mild Steel 0.22%C. 

 

6.1.5. Predição da Resistência à Fadiga, fS∆  

 
As Figuras (6.14) e (6.15) apresentam a correlação entre a resistência à fadiga determinada 

por ensaios experimentais disponíveis na literatura com o limite de fadiga predito segundo o 

MP e o ML, respectivamente, para diversos materiais. Já a Figura (6.16) mostra a comparação 

entre os métodos adotados quanto à predição do limite de fadiga.  

 

Considerando os dados estatísticos (coeficiente angular e coeficiente de determinação, R2) 

para as respectivas curvas de tendência estimadas observa-se que os dois modelos de distância 

crítica são bem satisfatórios quanto à predição do limite de fadiga. Isso ressalta a validade e a 

importância do comprimento característico proposto por El Haddad, LEH, na estimativa da 
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resistência à fadiga independente do método. Além disso, observa-se que o ML é ligeiramente 

mais conservador que o MP, como mostra a Figura (6.16), contudo essa diferença não é 

significativa pois na média suas predições diferem em menos de 8%. 
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Figura 6.14. Limite de fadiga experimental versus limite de fadiga obtido pela aplicação do 
Método do Ponto. 
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Figura 6.15. Limite de fadiga experimental versus limite de fadiga obtido pela aplicação do 
Método da Linha. 

 

 



62 

 

100 200 300 400 500 600 700 800
Sf MP (MPa)

0

100

200

300

400

500

600

700

800

S
f 

M
L

 (
M

P
a)

∆

∆

Aço

Ferro

Alumínio

 
 

Figura 6.16. Comparação entre o MP e o ML quanto à predição do limite de fadiga 
 

6.2. DETERMINAÇÃO INDIRETA DO thK∆   

 

6.2.1. Análise da estimativa do thK∆  versus o raio do entalhe 

 

Com o intuito de investigar a influência do raio na ponta do entalhe na determinação do limiar 

do fator intensidade tensão as Figuras (6.17) e (6.18) foram dispostas em gráficos. Essas 

figuras relacionam o raio com o thK∆  estimado pelo MP e ML, respectivamente, e 

normalizado com relação ao seu valor experimental correspondente disponível na literatura.  

 

Observa-se com clareza que a maioria dos casos em que o raio do entalhe é superior a 1 mm 

as predições excedem 20% de erro para mais ou para menos em relação ao valor obtido 

experimentalmente nos dois métodos. Todavia, raios inferiores a 1 mm não garantem erros 

menores que 20%. Comparando os resultados apresentados das Figuras (6.17) e (6.18) com as 

Figuras (6.8) e (6.9) pode-se verificar estreita relação entre a predição de L e a determinação 

de thK∆ . Esse fato já era esperado uma vez que thK∆ é uma função da predição de L. 
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Figura 6.17. Investigação entre a razão do limiar de propagação de trincas predito pelo 
Método do Ponto normalizado e o experimental versus o raio na ponta do entalhe. 
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Figura 6.18. Investigação entre a razão do limiar de propagação de trincas predito pelo 
Método da Linha normalizado e o experimental versus o raio na ponta do entalhe. 

 
 6.2.2. Análise da correlação entre o thK∆ e o coeficiente adimensional ( )r dn  

 

As Figuras (6.19) e (6.20) tratam de uma investigação do comportamento do limiar de 

propagação de trincas, thK∆ , em relação a um coeficiente adimensional que relaciona o raio 

na ponta do entalhe e uma dimensão associada à seção resistente do corpo de prova, r dn . A 

partir dos resultados mostrados na Figura (6.19) observa-se que para o MP mais de 88% dos 
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resultados fora da faixa de 20% de erro possuem 0,01r dn > . Além disso, 70% dos 

resultados dentro dessa faixa de erro possuem  0,01r dn ≤ .  

 

Analisando a Figura (6.20) observa-se que por volta de 83% dos resultados que excedem 20% 

de erro têm 0,01r dn >  e que um pouco menos de 63% dos resultados dentro dessa faixa têm 

0,01r dn ≤ . Ou seja, independente do método utilizado coeficientes adimensionais menores 

ou iguais a 0,01 têm a maior tendência de estarem dentro da margem de 20% de erro em thK∆  
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Figura 6.19. Coeficiente adimensional versus o limiar de propagação de trincas normalizado 

determinado pelo MP para diversos materiais.  
 
Com o propósito de encontrar a geometria ótima para determinar o limiar de propagação de 

trincas através dessa metodologia numérico-experimental, construiu-se um conjunto de 

gráficos a partir de quatro tipos de ligas de aço: 2.25Cr-1Mo, Mild Steel 0.15%C, SAE 1045, 

Mild Steel 0.22%C. As Figuras (6.21) e (6.22) relacionam r dn  com o thK∆  normalizado 

para o MP e o ML para esses materiais. Analisando estas figuras infere-se que, independente 

do método e do material testado, há uma forte tendência dos erros diminuírem para 

coeficiente adimensional menor ou igual a 0,01. Ou seja, a geometria ótima do espécime para 

essa estratégia alternativa de determinação do limiar de propagação de trincas está 

diretamente ligada à uma relação geométrica onde  raio do entalhe é cem vezes menor do que 

a dimensão associada à seção resistente.  
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Figura 6.20. Coeficiente adimensional versus o limiar de propagação de trincas normalizado 
determinado pelo ML para diversos materiais. 

 

0.001 0.010 0.100 1.000
r / dn

0.1

1.0

10.0

K
th

 e
st

 / 
   

K
th

 e
xp

∆

+ 20%

- 20%

∆

2.25Cr-1Mo, R= -1

Método do Ponto

Método da Linha

 
0.001 0.010 0.100 1.000

r / dn

0.1

1.0

10.0
K

th
 e

st
 / 

   
K

th
 e

xp
∆

+ 20%

- 20%

∆

Mild Steel 0.15%C, R= -1

Método do Ponto

Método da Linha

 
     (a)       (b) 

 
Figura 6.21. Coeficiente adimensional, r dn , versus thK∆  normalizado estimado pelo o MP e 

pelo ML: (a) 2.25Cr-1Mo, (b) Mild Steel 0.15%C. 
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Figura 6.21. Coeficiente adimensional, r dn , versus thK∆  normalizado estimado pelo MP e 

pelo ML: (a) SAE 1045, (b) Mild Steel 0.22%C. 
 

6.2.3. Análise da correlação de  thK∆  em relação à forma e o coeficiente adimensional  

 

As Figuras (6.22) e (6.23) mostram a relação entre o coeficiente adimensional, r dn , e as 

estimativas de thK∆  para o MP e o ML, respectivamente, normalizadas com relação ao seu 

valor experimental correspondente disponível na literatura, no entanto o foco de análise é a 

geometria dos espécimes testados.  
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Figura 6.22. Coeficiente adimensional, r dn , em termos do limiar de propagação de trincas 

predito pelo MP normalizado. 
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Figura 6.23. Coeficiente adimensional, r dn , em termos do limiar de propagação de trincas 
predito pelo ML normalizado. 

 

A partir das Figuras (6.22) e (6.23) pode-se inferir que, em princípio, não há uma correlação 

entre a forma dos espécimes avaliados e a qualidade dos resultados uma vez que as formas 

estão representadas no domínio abaixo e acima de 0,01r dn = . Ou seja, independente do 

método adotado, os resultados não dependem das formas estudadas, mas da relação 

geométrica. 

 

6.2.4. Estimativa do limiar de propagação de trincas, thK∆ .  

 

As Figuras (6.24) e (6.25) relacionam os valores preditos de thK∆  pelo MP e ML, 

respectivamente, em termos do thK∆  obtido experimentalmente da literatura. Todavia, a partir 

dos resultados discutidos nos pontos anteriores, os dados apresentados são aqueles onde o raio 

do entalhe é menor que 1 mm e o coeficiente adimensional é menor ou igual a 0,01. Através 

dos resultados apresentados nessas figuras pode-se concluir que os modelos se ajustam bem, 

uma vez que a dispersão expressa pelo coeficiente de determinação, R2, é muito pequena, 

demonstrando a eficácia da inferência do cálculo do thK∆ pelo MP ou ML. 

 

Considerando o coeficiente angular, observa-se que apesar dos dois métodos apresentarem um 

baixo erro de tendência, o MP se ajusta melhor que o ML. Além disso, o ML é ligeiramente 

mais conservador. Na média os dois métodos diferem por volta de 11%, portanto, por sua 
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acuracidade e praticidade o MP é mais recomendado para determinar o valor do limiar de 

propagação de trincas para materiais metálicos. 

 

5 1510 20
Kth exp (MPa.m^0.5)

5

15

10

20

K
th

 M
P

 (
M

P
a.

m
^0

.5
)

∆

∆

+ 20%

- 20%

Curva de Tendência
Coef. Ang. = 1,024

R-sq = 0,994

Alumínio

Ferro

Aço

 

Figura 6.24. Limiar de propagação de trincas predito pelo MP versus o thK∆  experimental. 
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Figura 6.25. Limiar de propagação de trincas predito pelo MP versus o thK∆  experimental. 
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7. CONCLUSÕES 

 

7.1. CONSIDERAÇÕES FINAIS 

 

No intuito de determinar o limiar de propagação de trincas de maneira indireta através da 

Teoria da Distância Crítica na forma do Método do Ponto e do Método da Linha, 40 

resultados experimentais disponíveis na literatura foram analisados e comparados. 

Inicialmente a Teoria da Distância Crítica foi analisada quanto a sua validade. Sobre este 

ponto as principais conclusões foram as seguintes: 

 

� O MP mostrou-se mais constante apresentando excelente ajuste e baixa dispersão para 

predizer o parâmetro característico, L, demonstrando que a Teoria da Distância Crítica 

permite uma ligação consistente entre a teoria de fadiga e da mecânica da fratura, para 

ligas de aço e de alumínio. 

� O ferro fundido apresentou uma tendência de comportamento distinta. Para esse material, o 

ML é ligeiramente melhor embora os dois métodos sejam bem conservadores. 

� Quanto ao domínio de validade da TDC é importante notar que há fortes evidências de que 

para razões entre o raio na ponta do entalhe e a dimensão associada à seção resistente do 

espécime inferiores a 0,01 a TDC apresenta erros menores que 20% independente do 

método adotado.  

� Quanto à predição da resistência à fadiga dos materiais de engenharia selecionados, a TDC 

nas duas formas utilizadas foi satisfatória. Sendo assim fica comprovada a validade da 

Teoria da Distância Crítica. 

 

A segunda parte do trabalho se ateve à validação da estratégia alternativa de determinação do 

limiar do fator intensidade tensão, thK∆ , e à identificação de uma geometria ótima para essa 

predição. Nesse sentido as principais conclusões são pontuadas a seguir: 

 

� O MP é mais indicado, pois apresentou melhor tendência de ajuste dos dados preditos em 

relação aos dados experimentais. 

� Raios na ponta do entalhe maiores que 1 mm não são recomendáveis por apresentarem 

maior tendência de erro para ambos os métodos.  

� Quanto à geometria ótima do espécime que conduz a melhor estimativa do limiar do fator 

intensidade tensão tem-se que, independente da forma do corpo de prova, a razão entre o 
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raio na ponta do entalhe e a dimensão associada à seção resistente do corpo de prova deve 

ser menor que 0,01 ( )0,01r dn ≤ .  

 

As considerações apontadas acima demonstram a capacidade que a alternativa proposta tem 

de estimar o limiar de propagação de trincas com boa precisão. Esta estratégia requer 

equipamentos de menor sofisticação que os ensaios comuns de tenacidade a fratura e também 

exige menos perícia. Na metodologia proposta é necessário apenas a análise de elementos 

finitos e dados experimentais de fadiga obtidos previamente e/ou disponíveis na literatura. 

 

Este trabalho não tem o objetivo de esgotar o assunto, mas de dar um passo concreto e 

consistente na direção de apresentar uma alternativa para a determinação o thK∆  a partir de 

dados de fadiga e identificar a melhor forma geométrica para esta metodologia alternativa. 

Dessa forma fica notória a aplicabilidade da Teoria da Distância Crítica no que tange a sua 

praticidade, eficiência e precisão para determinar o thK∆ , um parâmetro da mecânica da 

fratura. 

 

7.2. SUGESTÕES PARA TRABALHOS FUTUROS 

 

(i) Aplicar a estratégia proposta para determinar o thK∆ para o aço ASTM A743 CA6NM, 

liga martensítica usada na fabricação de componentes hidráulicos como pás de turbinas; e 

para a liga de alumínio 7050-T7451 que tem aplicações aeronáuticas. 

 

(ii) Estudar novas séries de entalhes para diversos materiais no sentido de continuar o 

processo de identificação da geometria ideal para a determinação do limiar de propagação 

de trincas de maneira indireta. 

 

(iii)  Investigar o comportamento elastoplástico na raiz de entalhes de pequenas dimensões e 

sua interferência na distância crítica na forma do Método do Ponto e do Método da Linha. 

 

(iv)  Estudar a aplicação dessa metodologia alternativa, com as devidas adaptações, para 

determinar o valor da tenacidade à fratura crítico, cK .  

  

(v) Aplicar a metodologia proposta em casos envolvendo carregamentos multiaxiais. 
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APÊNDICE A. PROPRIEDADES DOS MATERIAIS USADOS 

 

As propriedades dos materiais usados na verificação da estratégia alternativa proposta para a 

determinação do limiar de propagação de trincas são apresentadas no apêndice A. A Tabela 

(A.1) descreve cada material juntamente com suas propriedades mecânicas: tensão de 

escoamento, Sy, e resistência à tração, Srt. A Tabela (A.2) explicita as características 

geométricas dos 40 casos estudados. A Tabela (A.3) apresenta as propriedades de fadiga 

como o tipo de carregamento, a razão de carregamento, R, o limite de resistência à fadiga do 

material sem entalhe, fS∆ , o limite de resistência à fadiga com entalhe, feS∆ , e o limiar de 

propagação de trincas, 
thK∆ . 
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A.1. PROPRIEDADES MECÂNICAS 

 

Tabela A.1. Propriedades Mecânicas 
 

Material S y Srt Referência

1 2024-T351 360 466 DuQuesnay et al. (1988)
2 2024-T4 419 551 Bian et al.  (1995)
3 7075-T6511 610 659 Bian et al. (1995)
4 Grey Iron 202 249 Taylor et al.  (1996)
5 Grey Iron 202 249 Taylor et al.  (1996)
6 Grey Iron 202 249 Taylor et al.  (1996)
7 Grey Iron 202 249 Taylor et al.  (1996)

8 EN-GJS-800-8 - - Gasparini e Meneghetti (1996)
9 SAE 1045 466 745 DuQuesnay et al. (1986)
10 G40.11 Steel 376 - Tanaka et al. (1983) , Tanaka et al. (1987)
11 Mild Steel 334 440 Frost (1959)
12 FeP04 185 310 Usami (1987)
13 HT60 - - Kihara e Yoshii (1991)
14 SS41 323 448 Kihara e Yoshii (1991)
15 SAE 1010-HR - 326 Yu et al.  (1991)
16 En3B 606 638 Susmel e Taylor (2007)
17 En3B 606 638 Susmel e Taylor (2007)
18 Mild Steel 0.22%C 293 432 Frost (1957), Frost (1959)
19 Mild Steel 0.22%C 2 432 Frost (1957), Frost (1959)
20 Mild Steel 0.22%C 293 432 Frost (1957), Frost (1959)
21 Mild Steel 0.22%C 293 432 Frost (1957), Frost (1959)
22 Mild Steel 0.22%C 293 432 Frost (1957), Frost (1959)
23 SAE 1045 466 745 DuQuesnay et al. (1988)
24 SAE 1045 466 745 DuQuesnay et al. (1988)
25 SAE 1045 466 745 DuQuesnay et al. (1988)
26 SAE 1045 466 745 DuQuesnay et al. (1988)
27 SAE 1045 466 745 DuQuesnay et al. (1988)
28 Mild Steel 0.15%C 340 440 Frost (1959), Atzori et al. (2003)
29 Mild Steel 0.15%C 340 440 Frost (1959), Atzori et al. (2003)
30 Mild Steel 0.15%C 340 440 Frost (1959), Atzori et al. (2003)
31 Mild Steel 0.15%C 340 440 Frost (1959), Atzori et al. (2003)
32 Mild Steel 0.15%C 340 440 Frost (1959), Atzori et al. (2003)
33 Mild Steel 0.15%C 340 440 Frost (1959), Atzori et al. (2003)
34 Mild Steel 0.15%C 340 440 Frost (1959), Atzori et al. (2003)
35 2.25Cr-1Mo 380 530 Lukas et al.  (1986)
36 2.25Cr-1Mo 380 530 Lukas et al.  (1986)
37 2.25Cr-1Mo 380 530 Lukas et al.  (1986)
38 2.25Cr-1Mo 380 530 Lukas et al.  (1986)
39 2.25Cr-1Mo 380 530 Lukas et al.  (1986)
40 2.25Cr-1Mo 380 530 Lukas et al.  (1986)
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A.2. CARACTERÍSTICAS GEOMÉTRICAS 

 

Tabela A.2. Características geométricas   
 

Material Forma dg (mm) D (mm) dn (mm) r  (mm) r/dn β (o) 

1 2024-T351 PEC 44,45 - 44,21 0,12 0,003 -
2 2024-T4 BEC 10,00 1,00 8 0,30 0,038 60
3 7075-T6511 BEC 10,00 1,00 8 0,30 0,038 60
4 Grey Iron BEC 30,00 3,18 23,64 0,30 0,013 90
5 Grey Iron BEC 30,00 3,18 23,64 0,30 0,013 90
6 Grey Iron BEC 30,00 3,18 23,64 0,30 0,013 90
7 Grey Iron BEC 30,00 3,18 23,64 0,30 0,013 90

8 EN-GJS-800-8 PDEL 20,00 1,00 18 0,10 0,006 90
9 SAE 1045 PEC 44,45 - 43,45 0,50 0,012 -

10 G40.11 Steel PEC 70,00 - 69,60 0,20 0,003 -
11 Mild Steel PDEL 63,50 5,08 53,34 0,10 0,002 55
12 FeP04 PDEL 50,00 10,00 30,00 0,16 0,005 45
13 HT60 PDEL 51,00 0,50 50,00 0,05 0,001 90
14 SS41 PDEL 50,00 10,00 30,00 0,10 0,003 90
15 SAE 1010-HR PEC 44,45 - 43,45 0,50 0,012 -
16 En3B PUEL 25,00 4,00 21,00 0,12 0,006 60
17 En3B PUEL 25,00 4,00 21,00 0,12 0,006 60
18 Mild Steel 0.22%C PDEL 63,50 5,08 53,34 7,62 0,143 55
19 Mild Steel 0.22%C PDEL 63,50 5,08 53,34 1,27 0,024 55
20 Mild Steel 0.22%C PDEL 63,50 5,08 53,34 0,51 0,010 55
21 Mild Steel 0.22%C PDEL 63,50 5,08 53,34 0,25 0,005 55
22 Mild Steel 0.22%C PDEL 63,50 5,08 53,34 0,10 0,002 55
23 SAE 1045 PEC 44,45 - 39,45 2,50 0,063 -
24 SAE 1045 PEC 44,45 - 41,45 1,50 0,036 -
25 SAE 1045 PEC 44,45 - 43,45 0,50 0,012 -
26 SAE 1045 PEC 44,45 - 43,95 0,25 0,006 -
27 SAE 1045 PEC 44,45 - 44,21 0,12 0,003 -
28 Mild Steel 0.15%C BEC 43,20 5,08 33,04 5,05 0,153 55
29 Mild Steel 0.15%C BEC 43,20 5,08 33,04 1,27 0,038 55
30 Mild Steel 0.15%C BEC 43,20 5,08 33,04 0,64 0,019 55
31 Mild Steel 0.15%C BEC 43,20 5,08 33,04 0,25 0,008 55
32 Mild Steel 0.15%C BEC 43,20 5,08 33,04 0,13 0,004 55
33 Mild Steel 0.15%C BEC 43,20 5,08 33,04 0,10 0,003 55
34 Mild Steel 0.15%C BEC 43,20 5,08 33,04 0,05 0,002 55
35 2.25Cr-1Mo BEC 5,00 0,76 3,48 0,76 0,218 0
36 2.25Cr-1Mo BEC 5,00 0,40 4,20 0,40 0,095 0
37 2.25Cr-1Mo BEC 5,00 0,20 4,60 0,20 0,043 0
38 2.25Cr-1Mo BEC 5,00 0,07 4,86 0,07 0,014 0
39 2.25Cr-1Mo BEC 5,00 0,05 4,90 0,05 0,010 0
40 2.25Cr-1Mo BEC 5,00 0,03 4,94 0,03 0,006 0
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BEC (barra com entalhe circunferencial), PEC (placa com entalhe central), PDEL (placa com duplo entalhe 

lateral) e PUEL (placa com único entalhe lateral) 
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A.3. PROPRIEDADES DE FADIGA 

 

Tabela A.3. Propriedades de Fadiga  
 

Material Carreg. R ∆S f ∆S fe ∆Kth 

1 2024-T351 AX -1 248,0 159,0 4,4
2 2024-T4 RB -1 180,0 60,0 5,5
3 7075-T6511 RB -1 260,0 100,0 9,2
4 Grey Iron AX -1 155,0 91,0 15,9
5 Grey Iron AX 0,1 99,0 60,0 11,2
6 Grey Iron AX 0,5 68,0 44,0 8,0
7 Grey Iron AX 0,7 48,0 32,0 5,2

8 EN-GJS-800-8 AX 0,1 440,0 98,6 8,1
9 SAE 1045 AX -1 608,0 273,0 13,9

10 G40.11 Steel AX -1 540,0 336,0 11,5
11 Mild Steel AX 0,4 420,0 84,1 12,8
12 FeP04 AX -1 247,0 45,4 10,0
13 HT60 AX 0,1 580,0 252,0 13,0
14 SS41 AX 0,05 231,0 25,9 6,4
15 SAE 1010-HR AX 0,05 320,0 220,7 11,8
16 En3B AX -1 412,0 103,4 16,2
17 En3B AX 0,1 328,0 75,0 11,8
18 Mild Steel 0.22%C AX -1 402,0 154,4 12,8
19 Mild Steel 0.22%C AX -1 402,0 103,8 12,8
20 Mild Steel 0.22%C AX -1 402,0 84,4 12,8
21 Mild Steel 0.22%C AX -1 402,0 90,8 12,8
22 Mild Steel 0.22%C AX -1 402,0 84,4 12,8
23 SAE 1045 AX -1 606,0 231,8 9,0
24 SAE 1045 AX -1 606,0 230,6 9,0
25 SAE 1045 AX -1 606,0 273,0 9,0
26 SAE 1045 AX -1 606,0 305,8 9,0
27 SAE 1045 AX -1 606,0 356,6 9,0
28 Mild Steel 0.15%C AX -1 420,0 131,0 12,8
29 Mild Steel 0.15%C AX -1 420,0 77,0 12,8
30 Mild Steel 0.15%C AX -1 420,0 68,8 12,8
31 Mild Steel 0.15%C AX -1 420,0 68,8 12,8
32 Mild Steel 0.15%C AX -1 420,0 67,8 12,8
33 Mild Steel 0.15%C AX -1 420,0 70,0 12,8
34 Mild Steel 0.15%C AX -1 420,0 68,8 12,8
35 2.25Cr-1Mo AX -1 440,0 155,0 12,0
36 2.25Cr-1Mo AX -1 440,0 209,0 12,0
37 2.25Cr-1Mo AX -1 440,0 237,0 12,0
38 2.25Cr-1Mo AX -1 440,0 321,0 12,0
39 2.25Cr-1Mo AX -1 440,0 403,0 12,0
40 2.25Cr-1Mo AX -1 440,0 429,0 12,0
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APÊNDICE B. RESULTADOS NUMÉRICOS 

 

Os resultados obtidos a partir da estratégia híbrida proposta são apresentados no apêndice B. 

A Tabela (B.1), a Tabela (B.2) e a Tabela (B.3) apresentam, respectivamente, os resultados 

das estimativas numéricas para o comprimento característico, ,MP MLL , a estimativa numérico-

experimental do limite de fadiga do material, ,f MP MLS∆ , e a predição do limiar de propaga de 

trincas, 
,MP MLth

K∆ . Para cada caso os resultados são apresentados para o Método do Ponto e 

Método da Linha, bem como seus respectivos erros percentuais em relação aos seus 

respectivos valores experimentais.  
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B.1. ESTIMATIVA DO COMPRIMENTO CARACTERÍSTIC, L 

 

Tabela B.1. Resultados numéricos para o comprimento característico, L. 
 

Material L EH  (mm) L MP (mm) L ML  (mm) Erro MP (%) Erro ML (%)

1 2024-T351 0,100 0,100 0,075 -0,2 -25,6
2 2024-T4 0,297 0,258 0,165 -13,2 -44,6
3 7075-T6511 0,399 0,356 0,245 -10,7 -38,5
4 Grey Iron 3,350 2,626 2,675 -21,6 -20,2
5 Grey Iron 4,074 2,858 2,972 -29,8 -27,1
6 Grey Iron 4,406 3,434 3,752 -22,1 -14,8
7 Grey Iron 3,736 3,754 4,214 0,5 12,8

8 EN-GJS-800-8 0,108 0,076 0,048 -29,5 -56,0
9 SAE 1045 0,166 0,152 0,086 -8,6 -48,3
10 G40.11 Steel 0,144 0,150 0,109 3,9 -24,5
11 Mild Steel 0,296 0,306 0,246 3,5 -17,0
12 FeP04 0,522 0,526 0,427 0,8 -18,2
13 HT60 0,160 0,168 0,138 5,1 -14,0
14 SS41 0,244 0,172 0,123 -29,6 -49,7
15 SAE 1010-HR 0,433 0,570 0,445 31,7 2,7
16 En3B 0,492 0,610 0,534 23,9 8,5
17 En3B 0,412 0,516 0,438 25,3 6,2
18 Mild Steel 0.22%C 0,323 0,060 0,030 -81,4 -90,7
19 Mild Steel 0.22%C 0,323 0,448 0,251 38,8 -22,4
20 Mild Steel 0.22%C 0,323 0,352 0,209 9,1 -35,2
21 Mild Steel 0.22%C 0,323 0,396 0,299 22,7 -7,3
22 Mild Steel 0.22%C 0,323 0,330 0,272 2,3 -15,7
23 SAE 1045 0,070 0,414 0,221 489,7 214,8
24 SAE 1045 0,070 0,200 0,105 184,9 49,6
25 SAE 1045 0,070 0,154 0,086 119,3 22,5
26 SAE 1045 0,070 0,112 0,068 59,5 -3,9
27 SAE 1045 0,070 0,076 0,052 8,2 -25,9
28 Mild Steel 0.15%C 0,296 0,508 0,263 71,8 -11,0
29 Mild Steel 0.15%C 0,296 0,164 0,086 -44,5 -70,9
30 Mild Steel 0.15%C 0,296 0,238 0,134 -19,5 -54,8
31 Mild Steel 0.15%C 0,296 0,304 0,202 2,8 -31,8
32 Mild Steel 0.15%C 0,296 0,284 0,212 -3,9 -28,3
33 Mild Steel 0.15%C 0,296 0,294 0,233 -0,6 -21,4
34 Mild Steel 0.15%C 0,296 0,258 0,230 -12,7 -22,4
35 2.25Cr-1Mo 0,237 0,268 0,152 13,2 -35,8
36 2.25Cr-1Mo 0,237 0,224 0,137 -5,4 -42,1
37 2.25Cr-1Mo 0,237 0,136 0,088 -42,6 -62,8
38 2.25Cr-1Mo 0,237 0,102 0,085 -56,9 -64,3
39 2.25Cr-1Mo 0,237 0,224 0,287 -5,4 21,0
40 2.25Cr-1Mo 0,237 0,206 - -13,1 -
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B.2. PREDIÇÕES DO LIMITE DE FADIGA, fS∆ . 
  

Tabela B.2. Resultados numéricos para a predição do limite de fadiga, fS∆ . 

 

Material ∆S f ∆S f  MP ∆S f  ML Erro MP (%) Erro ML (%)

1 2024-T351 159,0 247,1 230,7 55,4 45,1
2 2024-T4 60,0 169,2 145,3 182,0 142,1
3 7075-T6511 100,0 246,8 217,5 146,8 117,5
4 Grey Iron 91,0 141,9 145,0 55,9 59,4
5 Grey Iron 60,0 87,7 90,8 46,1 51,3
6 Grey Iron 44,0 62,8 65,3 42,6 48,4
7 Grey Iron 32,0 48,1 49,5 50,2 54,7

8 EN-GJS-800-8 98,6 379,0 324,3 284,3 228,9
9 SAE 1045 273,0 594,8 515,9 117,9 89,0

10 G40.11 Steel 336,0 546,4 503,0 62,6 49,7
11 Mild Steel 84,1 427,9 385,5 408,7 358,4
12 FeP04 45,4 248,1 225,1 446,5 395,8
13 HT60 252,0 592,1 545,6 134,9 116,5
14 SS41 25,9 195,1 173,0 653,3 567,8
15 SAE 1010-HR 220,7 352,6 322,1 59,8 46,0
16 En3B 103,4 461,1 427,9 345,9 313,9
17 En3B 75,0 369,6 337,3 392,8 349,7
18 Mild Steel 0.22%C 154,4 386,8 370,9 150,5 140,2
19 Mild Steel 0.22%C 103,8 433,9 377,1 318,0 263,3
20 Mild Steel 0.22%C 84,4 400,1 344,5 374,0 308,2
21 Mild Steel 0.22%C 90,8 450,3 389,0 395,9 328,5
22 Mild Steel 0.22%C 84,4 406,9 371,6 382,0 340,3
23 SAE 1045 231,8 699,4 678,8 201,7 192,8
24 SAE 1045 230,6 665,5 634,3 188,6 175,1
25 SAE 1045 273,0 701,3 634,3 156,9 132,3
26 SAE 1045 305,8 686,4 600,3 124,5 96,3
27 SAE 1045 356,6 626,1 560,3 75,6 57,1
28 Mild Steel 0.15%C 131,0 437,5 415,3 234,0 217,0
29 Mild Steel 0.15%C 77,0 384,2 335,7 399,0 336,0
30 Mild Steel 0.15%C 68,8 394,8 332,0 473,9 382,6
31 Mild Steel 0.15%C 68,8 424,7 357,8 517,3 420,1
32 Mild Steel 0.15%C 67,8 410,6 361,6 505,5 433,3
33 Mild Steel 0.15%C 70,0 418,1 375,6 497,3 436,6
34 Mild Steel 0.15%C 68,8 392,6 372,4 470,6 441,3
35 2.25Cr-1Mo 155,0 453,3 395,3 192,4 155,1
36 2.25Cr-1Mo 209,0 431,8 376,6 106,6 80,2
37 2.25Cr-1Mo 237,0 362,2 336,8 52,8 42,1
38 2.25Cr-1Mo 321,0 353,1 370,1 10,0 15,3
39 2.25Cr-1Mo 403,0 438,1 447,3 8,7 11,0
40 2.25Cr-1Mo 429,0 440,1 - 2,6 -
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B.3. DETERMINAÇÃO DO VALOR DO LIMIAR DE PROPAGAÇÃO DE TRINCAS, 

thK∆ . 
 

Tabela B.3. Resultados numéricos para a determinação do valor do limiar de propagação de 
trincas, thK∆ . 

 

Material ∆Κth ∆Κth MP ∆Κth ML E MP (%) E ML (%)

1 2024-T351 4,4 4,4 3,8 -0,1 -13,8
2 2024-T4 5,5 5,1 4,1 -6,8 -25,6
3 7075-T6511 9,2 8,7 7,2 -5,5 -21,6
4 Grey Iron 15,9 14,1 14,2 -11,5 -10,6
5 Grey Iron 11,2 9,4 9,6 -16,2 -14,6
6 Grey Iron 8,0 7,1 7,4 -11,7 -7,7
7 Grey Iron 5,2 5,2 5,5 0,2 6,2

8 EN-GJS-800-8 8,1 6,8 5,4 -16,1 -33,6
9 SAE 1045 13,9 13,3 10,0 -4,4 -28,1

10 G40.11 Steel 11,5 11,7 10,0 1,9 -13,1
11 Mild Steel 12,8 13,0 11,7 1,7 -8,9
12 FeP04 10,0 10,0 9,0 0,4 -9,5
13 HT60 13,0 13,3 12,1 2,5 -7,3
14 SS41 6,4 5,4 4,5 -16,1 -29,0
15 SAE 1010-HR 11,8 13,5 12,0 14,8 1,3
16 En3B 16,2 18,0 16,9 11,3 4,2
17 En3B 11,8 13,2 12,2 11,9 3,1
18 Mild Steel 0.22%C 12,8 5,5 3,9 -56,9 -69,5
19 Mild Steel 0.22%C 12,8 15,1 11,3 17,8 -11,9
20 Mild Steel 0.22%C 12,8 13,4 10,3 4,4 -19,5
21 Mild Steel 0.22%C 12,8 14,2 12,3 10,8 -3,7
22 Mild Steel 0.22%C 12,8 12,9 11,8 1,1 -8,2
23 SAE 1045 9,0 21,9 16,0 142,8 77,4
24 SAE 1045 9,0 15,2 11,0 68,8 22,3
25 SAE 1045 9,0 13,3 10,0 48,1 10,7
26 SAE 1045 9,0 11,4 8,8 26,3 -1,9
27 SAE 1045 9,0 9,4 7,7 4,0 -13,9
28 Mild Steel 0.15%C 12,8 16,8 12,1 31,1 -5,7
29 Mild Steel 0.15%C 12,8 9,5 6,9 -25,5 -46,1
30 Mild Steel 0.15%C 12,8 11,5 8,6 -10,3 -32,8
31 Mild Steel 0.15%C 12,8 13,0 10,6 1,4 -17,4
32 Mild Steel 0.15%C 12,8 12,5 10,8 -2,0 -15,3
33 Mild Steel 0.15%C 12,8 12,8 11,4 -0,3 -11,3
34 Mild Steel 0.15%C 12,8 12,0 11,3 -6,6 -11,9
35 2.25Cr-1Mo 12,0 12,8 9,6 6,4 -19,9
36 2.25Cr-1Mo 12,0 11,7 9,1 -2,7 -23,9
37 2.25Cr-1Mo 12,0 9,1 7,3 -24,2 -39,0
38 2.25Cr-1Mo 12,0 7,9 7,2 -34,4 -40,3
39 2.25Cr-1Mo 12,0 11,7 13,2 -2,7 10,0
40 2.25Cr-1Mo 12,0 11,2 - -6,7 -
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