
  

UNIVERSIDADE FEDERAL DO ABC 

CENTRO DE ENGENHARIA, MODELAGEM E CIÊNCIAS SOCIAIS APLICADAS 

PROGRAMA DE PÓS-GRADUAÇÃO EM ENGENHARIA MECÂNICA 

 

 

 

 

 

EDINILSON ALVES COSTA 

 
 

 
 
 
 
 
 
 
 

ANÁLISE DE FADIGA EM CHASSI DE CAMINHÃO 
COMERCIAL LEVE UTILIZANDO O MÉTODO DOS 

ELEMENTOS FINITOS 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Santo André 

2014  



 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



�

CURSO DE PÓS-GRADUAÇÃO EM ENGENHARIA MECÂNICA 

 

 

 

Dissertação de Mestrado 

 

 

 

EDINILSON ALVES COSTA 
 

 

 

ANÁLISE DE FADIGA EM CHASSI DE CAMINHÃO 
COMERCIAL LEVE UTILIZANDO O MÉTODO DOS 

ELEMENTOS FINITOS 

 

 

Trabalho apresentado como requisito parcial 

para obtenção do título de Mestre em 

Engenharia Mecânica, sob orientação do Professor Doutor 

João Batista de Aguiar. 

 

 

 

 

Santo André 

2014 







DEDICATÓRIA 

Dedico este trabalho aos meus filhos, Laura e Rafael, e à minha esposa Luciana. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  



 
 

AGRADECIMENTOS 

À Deus, que me possibilitou a oportunidade de desenvolver este trabalho. 

À minha esposa e filhos, pelo apoio irrestrito, e compreensão pela atenção limitada 

durante o período de realização deste trabalho. 

Ao amigo Wallace Gusmão Ferreira, pelo incentivo e pelos valiosos conselhos em 

todas as etapas deste trabalho. 

Ao Professor Dr. João Batista de Aguiar, pela acessibilidade, e por todo conhecimento 

compartilhado. 

À Ford Motor Company do Brasil, na figura dos supervisores Carlos Valentin e Carlos 

Hara, pela oportunidade que ofereceram ao meu crescimento profissional.  

Ao Programa de Pós-Graduação em Engenharia Mecânica, POSMEC, pela 

oportunidade de realização de trabalhos acadêmicos em minha área de atuação profissional.  

 

 



 
 

RESUMO 

O objetivo desta dissertação consiste em desenvolver uma metodologia para o cálculo da vida 
em fadiga de um chassi de caminhão comercial leve usando o Método dos Elementos Finitos 
(MEF). Um estudo de caso foi desenvolvido utilizando um modelo simplificado da geometria 
real de um chassi de caminhão comercial leve de um fabricante nacional. A geometria foi 
discretizada por meio de elementos de vigas. O conteúdo de frequências do sinal de excitação 
foi comparado às frequências naturais da estrutura, revelando a possibilidade de modos 
naturais serem ativados. Baseado neste fato, uma análise linear dinâmica de tensões foi 
conduzida.  Numa etapa inicial, vários coeficientes de amortecimento, numa faixa 
recomendada pela literatura, foram avaliados, e um coeficiente foi adotado para todas as 
análises subsequentes. O impacto do número de modos naturais de vibrar na reposta da 
análise de tensões por superposição modal também foi avaliado, e os coeficientes de 
influência modal foram calculados. O elemento mais crítico da estrutura foi identificado com 
base na Máxima Tensão Principal Absoluta e nos diagramas de esforços internos. Os efeitos 
de concentrações de tensões na seção crítica também foram contabilizados. O método de 
contagem de ciclos “contagem de ciclos de chuva” (Rainflow) foi aplicado ao histórico de 
tensões da seção crítica para reduzir o sinal á um conjunto de ciclos de amplitude constante. A 
vida útil da seção crítica foi então estimada por meio dos métodos Stress-Life e Strain-Life 
associados à teoria de acúmulo de dano de Palmgreen-Miner. Rotinas em MatLab® foram 
escritas para automatizar os cálculos das equações não-lineares desta etapa. 

Palavras-chaves: Fadiga. Chassi. Elementos Finitos. Tensão-Vida. Deformação-Vida. 
Dano. 
  



 
 

ABSTRACT 

The aim of this dissertation is to develop a methodology to evaluate the fatigue life of a 
comercial truck chassis utilizing the Finite Element Method (FEM). A case study has been 
conducted utilizing a simplified model of an actual light truck chassis used by a local trucks 
manufacturer. The geometry has been discretized using beam elements. The frequency 
content of the excitation signal has been compared to the natural vibration modes frequencies 
of the structure, uncovering the possibility of activating natural modes. Based on this fact, a 
time domain dynamic stress analysis has been performed. Several Rayleigh damping 
coefficients have been selected from the literature recommended range, and its effect on the 
response of the structure have been evaluated. The impact of the number of extracted normal 
modes on the modal superposition stress analysis has also been assessed and the 
corresponding modal participation factors have been calculated. The most critical section has 
been identified with the aid of internal forces free body diagrams and based on the maximum 
absolute principal stresses. The effect of stress concentration on the critical section has also 
been accounted for. The Rainflow cycle counting method has been used to reduce the 
complex stress history to a set of cycles of constant amplitude. The life at the critical section 
has been calculated using the Stress Life and Strain Life methods with mean stress correction 
coupled to the Palmgreen-Miner damage summation technique. The stress calculation has 
been accomplished through the use of the commercial code Abaqus Student®, and all 
subsequent calculations have been carried-out utilizing routines written in MatLab®.  

Key words: Fatigue. Chassis. Finite Element Method. Stress Life. Strain Life. Damage. 
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1 INTRODUÇÃO 

1.1 MOTIVAÇÃO DO TRABALHO  

A fadiga é um fenômeno caracterizado pela falha prematura e repentina de um 

componente sujeito a um carregamento dinâmico variável, em que o nível de tensão em que 

ocorre a falha do material é muito menor do que aquele verificado quando o material colapsa 

sob condição de carregamento estático. A fadiga é, portanto, um modo de falha de primordial 

importância no projeto mecânico de veículos de passageiros e comerciais, cujas estruturas e 

componentes estão continuamente submetidos a carregamentos dinâmicos originários do 

funcionamento do motor e do próprio deslocamento do veículo sobre as irregularidades do 

pavimento.  

Na área automotiva o estudo da fadiga está intimamente relacionado a determinação 

da durabilidade ou vida útil de um componente. A vida útil pode ser definida como o número 

máximo de ciclos de carregamento que uma estrutura pode suportar antes que ocorra a falha 

do componente. 

Dentre os componentes de um veículo comercial o chassi é merecedor de especial 

atenção. A principal função de um chassi é suportar os esforços de carga e movimentos 

produzidos nas operações do veículo, além dos produzidos pelos pesos de carga em estado 

estático. Um chassi deve durar toda a vida do veículo, e a sua falha pode comprometer não 

apenas o funcionamento do veículo, mas também a segurança dos ocupantes. Daí a 

importância de estabelecer uma metodologia robusta para o cálculo de sua vida útil. Por outro 

lado, por conta de suas dimensões e peso, o projeto do chassi afeta também diretamente o 

desempenho e economia de combustível do veículo. A Figura 1 apresenta uma ilustração de 

veículo comercial leve, bem como de um teste de laboratório de um chassi de caminhão. 
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A maioria dos fabricantes de veículos possuem seus próprios campos de prova onde a 

durabilidade de seus produtos é avaliada. Em um campo de provas, os veículos são 

monitorados durante o seu tráfego por rotas constituídas de pistas reproduzindo as diferentes 

condições de rodagem que o veículo possa experimentar em seu ciclo de vida, cobrindo os 

mais diversos tipos de utilização do cliente. Entretanto, este método de avaliação é oneroso e 

relativamente demorado.  

 

 

 

 
 

(a) (b) 
 

Figura 1 – (a) Exemplo de Veículo Comercial Leve. (b) Teste em laboratório de um chassi de 
caminhão comercial leve. 

 

Ao mesmo tempo, a competitividade da indústria automobilística pressiona pela 

redução do ciclo de desenvolvimento de veículos e seus custos. Dessa forma, há uma grande 

demanda em virtualizar os testes de durabilidade utilizando ferramentas CAE (Computed 

Aided Engineering).  Uma das ferramentas mais utilizadas atualmente na solução de 

problemas estruturais é o MEF (Método dos Elementos Finitos). Além da capacidade de 

reduzir o tempo de ciclo de desenvolvimento e os custos com testes e protótipos, a utilização 

do MEF também possibilita efetuar cálculos de fadiga nos estágios iniciais do projeto. Isto 

permite a detecção e correção prematura de falhas, e a comparação de diferentes conceitos de 

design antes mesmo que protótipos sejam construídos. Além disso, como citado 
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anteriormente, no limiar entre competitividade e sustentabilidade figuram também os 

requisitos de desempenho e economia de combustível do veículo. Neste ponto, a aplicação do 

MEF aliado a um método adequado de cálculo de fadiga é decisivo na otimização do peso do 

veículo.  

A fadiga dos metais tem sido estudada por mais de 150 anos, e na década de 70 a 

análise de fadiga consolidou-se como ferramenta de projeto em muitas aplicações industriais. 

A partir do início dos anos 90 a crescente capacidade de processamento e armazenamento dos 

computadores permitiu uma maior aplicação de métodos CAE no cálculo de fadiga de 

estruturas de geometria e carregamentos complexos. Apesar de todo este conhecimento, 

falhas não intencionais por fadiga continuam acontecendo. “Mais pesquisa não resolverá a 

maioria destes problemas. Mas mais conhecimento dos métodos disponíveis sim” 

(BANNANTINE, 1990). A afirmação de Bannantine traduz a atual realidade corrente na 

indústria, onde profissionais com o conhecimento apenas “básico” da ciência Fadiga dos 

Materiais aplica de forma pouco criteriosa os métodos de cálculo de fadiga. Nos extremos do 

termo “falhas não intencionais” pode se localizar desde o colapso inesperado de componentes 

em serviço até projetos superdimensionados, pesados e onerosos, cujas vidas projetadas 

ultrapassam em muito a mínima vida requerida para a aplicação. Segundo Bannantine, esta 

situação tem sua origem na falta de conhecimento mais aprofundado de um pequeno número 

metodologias de fadiga já muito bem pesquisadas e consolidadas nas últimas cinco ou seis 

décadas. Por isso, a grande motivação deste trabalho é a busca de aprofundamento nos 

conceitos das Teorias de Cálculo de Fadiga Uniaxial, e na sua aplicação conjunta com 

técnicas de Análise Estrutural por meio do MEF. 
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1.2 CÁLCULO DE FADIGA AUXILIADO PELO MEF 

Em passos gerais, o cálculo da durabilidade auxiliada pelo MEF pode ser resumido a 

tres passos principais: 

a) Determinação do histórico de carregamento aplicado à estrutura; 

b)  Cálculo do histórico de tensões decorrentes do carregamento pelo MEF; 

c) Aplicação de uma metodologia de fadiga para o cálculo da vida útil da estrutura. 

Entremeiam-se a estas etapas a aplicação de técnicas tais como a contagem de ciclos 

do histórico de carregamento (como o Rainflow, por exemplo) e cálculo de dano acumulado 

(a exemplo da regra de Miner).  

Os carregamentos atuantes no chassi podem ser obtidos pela aquisição do histórico de 

força em função do tempo nos pontos de entrada de carga do caminhão (suspensões) durante 

passagem pela pista de avaliação. Outro método consiste em aquisitar o histórico de 

aceleração nestes pontos e processá-los por meio de um modelo de Elementos Finitos do tipo 

Multicorpos, para produzir a força resultante em cada ponto de entrada de carga. 

Conforme descrito por (HAIBA, 2002), no âmbito do MEF, o cálculo do histórico de 

tensões no domínio do tempo pode ser efetuado de diferentes maneiras. A mais simples é 

chamada de Abordagem Quasi-Estática, onde as tensões são calculadas para um esforço 

unitário e mutiplicadas pelo histórico de força. Este método é mais indicado para estruturas 

altamente rigídas, pois não considera as tensões originadas pela vibração induzida na 

estrutura.  Por outro lado, o efeito da vibração é muito importante no projeto de um 

componente como o chassi, devido á sua grande massa e flexibilidade. Assim, um método de 

Integração Direta, que resolve a equação completa de movimento da estrutura, torna-se 

indicado. Este método, por sua vez, é bastante exigente computacionalmente, e na maioria das 

vezes eficientemente substituído por um método menos dispendioso computacionalmente 

chamado Método da Superposição Modal. Na Superposição Modal as tensões na estrutura são 
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computadas a partir de uma combinação linear das tensões geradas por modos de vibrar 

selecionados. 

 Dentre as metodologias convencionais de cálculo de fadiga três destacam-se como as 

mais consolidadas (BANNANTINE, 1990). A primeira é baseada em análise de tensões, e por 

isso denominada Tensão-Vida (do inglês, Stress-Life) ou 3 U - . Esta abordagem é 

amplamente utilizada quando o carregamento aplicado situa-se na zona elástica do material, e 

a vida resultante é longa. Em aplicações de baixo ciclo, onde ocorre deformação plástica 

significativa, e a vida resultante é baixa, a abordagem baseia-se na análise de deformações, e 

por isso leva o nome de Deformação-Vida (do inglês, Strain-Life ou Strain-Based) ou ? U - . 

Ambas as metodologias tratam do estudo da fase de iniciação da trinca. A terceira 

metodologia lida com a propagação da trinca e está fundamentada na Teoria da Mecânica da 

Fratura. 

 Como o resultado esperado de um cálculo de fadiga é a estimativa do número de ciclos 

a que a estrutura resiste sob determinado histórico de carga, é necessário também o domínio 

de uma técnica de contagem de ciclos para filtrar os ciclos que efetivamente causam danos, 

bem como uma técnica de somatória do dano causado por todos os ciclos. 

 Principalmente em regiões de concentração de tensões o nível de esforço pode levar ao 

escoamento. Daí a importância da aplicação de técnicas para considerar a operação fora da 

zona elástica. Devido à natureza randômica do carregamento as tensões médias atuantes 

podem diferir do zero estabelecido nos testes de laboratório nos quais as curvas padrão de 

fadiga dos materiais são obtidas, sendo recomendado utilizar também um método de correção 

da tensão média no cálculo da vida. 

Neste trabalho, o histórico de força nas entradas de carga do chassi foi obtido a partir 

do histórico de acelerações aquisitado em um caminhão real durante um teste físico em uma 

rota de durabilidade estrutural. Para o cálculo do histórico de tensões foi empregado o método 
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da Superposição Modal utilizando o software Abaqus Student® (solução Modal Transient 

Analysis). Na sequência, este complexo histórico de tensões foi submetido ao processo de 

contagem de ciclos Rainflow, e reduzido a um conjunto de eventos de amplitude de tensões 

constantes. A partir deste ponto, utilizaram-se duas metodologias distintas para o cálculo de 

vida em fadiga: o método Tensão-Vida e o método Deformação-Vida. Por meio do método 

Tensão-Vida loci de falha com correção das tensões médias foram estabelecidos por meio das 

relações de Goodman Modificada e de Gerber, e a vida em fadiga foi estimada por meio da 

equação de Basquin modificada. Pela aplicação do método Deformação-Vida, o histórico de 

deformação no modelo foi derivado a partir da equação constitutiva do material, e com o 

emprego da equação de Neuber foram contabilizados os efeitos localizados de plasticidade. 

Em seguida, a equação deformação-vida foi utilizada para estimar a vida em fadiga do chassi. 

Ao final de ambas as metodologias, o dano acumulado da estrutura foi avaliado por meio da 

regra de Palmgreen-Miner, e a vida total calculada pela recíproca do dano. Devido ao grande 

volume de dados foram criadas rotinas em MatLab® para automatizar os cálculos. 

 

1.3 OBJETIVOS DO TRABALHO  

O objetivo geral deste trabalho é o desenvolvimento de uma dissertação de mestrado, 

envolvendo a aplicação de Análise Estrutural por meio do MEF em problemas de Fadiga 

Mecânica em Chassi de Veículos Comerciais Leves, buscando aprofundamento nos conceitos 

das Teorias de Cálculo de Fadiga Uniaxial. A abordagem adotada é totalmente determinística 

- aspectos probabilísticos não foram considerados. Assumiu-se a hipótese de que o material é 

“virgem”, sem histórico elastoplástico anterior, e livre de tensões residuais. Efeitos de juntas e 

mecanismos de relaxação de tensões foram igualmente desconsiderados. O material é 

considerado contínuo e perfeito, ou seja, sem defeitos pré-existentes e sem descontinuidades 
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superficiais ou internas. A trinca surje no interior do material em decorrência do fenômeno da 

fadiga mecânica. 

Dentro do escopo geral os seguintes objetivos específicos foram definidos: 

a) Investigar o impacto do número de modos naturais de vibrar incluídos no cálculo das 

tensões (método da superposição modal) sobre a resposta da estrutura. 

b) Avaliar o efeito do coeficiente de amortecimento da estrutura sobre a sua resposta. 

c) Estimar a vida em fadiga da seção crítica por meio dos métodos Tensão-Vida e 

Deformação-Vida e ponderar qual dentre os dois métodos é o mais adequado para o 

cálculo da vida do chassi sob as condições específicas de carregamento que foram 

utilizadas. 

 

1.4 ORGANIZAÇÃO DO TEXTO DA DISSERTAÇÃO 

Os temas abordados nesta dissertação estão agrupados nos seguintes capítulos: 

a) Métodos de Cálculo de Fadiga: apresenta uma revisão bibliográfica e a descrição das 

metodologias convencionais para o cálculo da vida em fadiga; 

b) MEF Aplicado ao Cálculo de Fadiga: aborda as principais técnicas de cálculo de 

tensões no domíno do tempo, juntamente com uma revisão bibliográfica sobre sua 

aplicação no âmbito do projeto de componentes automotivos, notadamente, projeto a 

fadiga. 

c) Metodologia de Cálculo de Fadiga com Auxílio do MEF: descreve passo a passo a 

metodologia usada para o cálculo da vida de um componente mecânico com o auxílio 

do MEF;  

d) Estudo de Caso: apresenta a aplicação da metodologia de cálculo de fadiga á um 

chassi de caminhão comercial leve; 
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e) Conclusões e Perspectivas Futuras: discute as conclusões obtidas neste trabalho e 

apresenta sugestões para novos projetos. 
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2 FADIGA MECÂNICA 

2.1 REVISÃO BIBLIOGRÁFICA SOBRE FADIGA  

A presente revisão baseou-se fortemente nos históricos sumarizados contidos nos 

trabalhos de (BANNANTINE, 1990), (SCHUTZ, 1996) e (FERREIRA, 2002), e não se 

propõe a cobrir todos os pormenores da evolução da ciência da fadiga mecânica, mas apenas 

os aspectos relevantes à consecução dos objetivos deste trabalho. Para um estudo mais 

aprofundado o leitor interessado poderá se direcionar a estas e outras referências na literatura 

contendo históricos detalhados da evolução do estudo da fadiga mecânica ao longo dos anos. 

As primeiras investigações de fadiga são atribuídas ao engenheiro alemão W. A. S. 

Albert, que em 1829 realizou alguns testes com cargas repetitivas em correntes de ferro 

fundido de aplicação no ramo de mineiração (ARIDURU, 2004). Apesar disso, o termo fadiga 

foi mencionado pela primeira vez pelo inglês Braithwaite, a partir de sua investigação de 

falhas em serviço de componentes diversos, desde bombas d’água a eixos ferroviários. 

 Entre 1852 e 1870 o engenheiro ferroviário alemão August Wöhler, conduziu a 

primeira investigação sistemática de fadiga. As cargas reais de serviço de eixos ferroviários 

foram medidas e as correspondentes tensões de serviço calculadas. Eixos em escala real, bem 

como espécimes menores de laboratório, foram então ensaiados nas máquinas de flexão 

rotativa e torção por ele projetadas, reproduzindo as condições reais de operação. Sua 

principal conclusão foi de que um material pode ser induzido à falha por meio de muitas 

repetições de tensões, todas abaixo do limite de resistência estático. Foram levantados os 

primeiros dados do tipo 3 U -  (amplitude de tensão ou tensão alternada versus número de 

ciclos de carregamento). Foi verificada a existência de um limite de tensão para o qual a 

ruptura só ocorre para um número muito grande de ciclos, considerado praticamente infinito. 

Esse limite é denominado de limite de resistência à fadiga ou limite de resistência para vida 
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infinita, ou limite de endurância (3=). Este limite é característico dos aços, porém não se 

verifica na maioria dos outros materiais. 

 Em 1886 Bauschinger verificou que aplicação repetida de ciclos de tensão produz uma 

mudança no limite elástico do material (amolecimento ou endurecimento cíclicos). Este 

fenômeno recebeu o seu nome. Ewing and Humphrey, em 1903, munidos de um microscópio 

ótico analisaram a superfície de falha em vários estágios de fadiga e lançaram as bases para o 

entendimento de que a nucleação de uma trinca de fadiga se dá por meio de bandas de 

deslizamento. Em 1910, o americano Basquin representou a região de vida finita da curva de 

Wöhler na forma logarítmica que conhecemos hoje e descreveu a primeira lei empírica para o 

limite de resistência à fadiga. Os trabalhos de Jenkin e Smith and Wedgewood, em 1923, 

sobre loops de histerese das curvas de tensão-deformação chamaram a atenção para a 

importância da deformação cíclica na caracterização do mecanismo de fadiga. Neste mesmo 

ano, Griffith publica seu estudo sobre o problema de fadiga onde demonstra que o último 

ciclo de fadiga nada mais é que uma fratura frágil causada pelo crescimento cíclico de uma 

trinca até um comprimento instável. Em 1927, Moore e Kommers publicam o livro, “The 

Fatigue of Metals”. Dentre as inúmeras contribuições de Moore, e seus associados, pode-se 

citar a padronização do teste de flexão rotativa para levantamento das curvas 3 U -  adotado 

pela ASTM. 

 O conceito de acúmulo de dano é definido por Miner em 1945, com base nos trabalhos 

desenvolvidos por Palmgreen em 1924. A constatação de que a fadiga é um processo 

cumulativo e irreversível é de fundamental importância para o entendimento correto dos 

fenômenos envolvidos e o desenvolvimento de modelos mais fiéis à observação experimental. 

 Em 1954, Coffin e Manson realizaram pesquisas independentes, estabelecendo as 

relações quantitativas entre deformação plástica e vida em fadiga. São levantadas as primeiras 

curvas  ?SV S- (amplitude de deformação versus número de ciclos). Em 1961 Neuber publicou 
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seu principal trabalho sobre concentração de tensões, estabelecendo a regra que é hoje 

empregada para contabilizar os efeitos de plasticidade em regiões críticas inicialmente 

calculadas sob a hipótese de operarem em regime elástico. 

 A partir da metade do século XX a Mecânica da Fratura apresenta um grande avanço, 

notadamente devido á contribuição de Paris e Anderson (1961), que definiram regras 

empíricas de propagação de trincas (teorias ����- ) em função da variação da intensidade de 

tensões. Em 1968 Tatsuo Endo e M. Matsuishi desenvolveram o método atualmente mais 

popular de contagem de ciclos conhecido como Rainflow, que contribuiu para a disseminação 

da aplicação da regra de Miner ao cálculo de vida de estruturas sujeitas a carregamentos 

complexos.   

 A partir da década de 1980, há o crescimento de uma linha de pesquisa denominada 

Mecânica do Dano em Meios Contínuos (Continuum Damage Mechanics) com grande 

contribuição de autores como Lemaitre, Chaboche e Krajcinovic. Esta teoria é caracterizada 

pela definição de modelos constitutivos para as várias quantidades escalares e tensoriais 

responsáveis pela degradação progressiva do material.  

2.2 MECANISMOS DE FADIGA  

Se um componente é sujeito a um carregamento cíclico, um núcleo de trinca de fadiga 

pode ser iniciado em uma escala microscópica, seguida pelo crescimento da trinca até o nível 

macroscópico, e culminando com a falha do componente em seu último ciclo de fadiga. 

Assim uma forma conveniente de se estudar a vida em fadiga é dividí-la em uma fase 

de iniciação da trinca e outra de crescimento da trinca. A iniciação da trinca é consequência 

do deslizamento cíclico em bandas de deslizamento que induzem a formação de intrusões e 

extrusões com as representadas na Figura 2. Estas intrusões e extrusões são sítios ou locais 

preferenciais de nucleação de trincas por fadiga.  
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Figura 2 - Mecanismo de formação de trincas por bandas de deslizamento. Adaptado de 

SCHIJVE (2001). 
 

Durante o carregamento cíclico a contínua deformação plástica localizada resulta no 

crescimento da trinca. Este crescimento se dá num plano perpendicular à direção da tensão 

normal principal (plano de carregamento). Para grandes amplitudes de tensão, uma fração 

muito grande da vida em fadiga (por volta de 90%) ocorre no estágio de propagação da trinca. 

 Os métodos de predição de vida em fadiga são basicamente diferentes para a fase de 

iniciação da trinca e para a fase de crescimento da trinca. As metodologias de vida total (total-

life approach) lidam com a fase de iniciação da trinca. A este grupo pertencem o método 

3 U - , baseado em análise de tensões (stress-based), e o método WS U S-, baseado em análise 

de deformações (strain-based). As metodologias tolerantes ao dano (Damage Tolerant 

Approach) tratam do estudo da propoação de trincas, visando determinar a vida e resistência 

residual de componentes já trincados. Estas metodologias são baseadas principalmente nos 

conceitos da mecânica da Fratura, sendo representadas pelos métodos ����- , ou de 

propagação de trincas. 

2.3 CARREGAMENTO EM FADIGA  

Em veículos automotores os carregamentos costumam variar em amplitude e 

frequência, sendo consideradas de natureza randômica ou aleatória. Entretanto, estudos 

mostram que em condições ambientais normais (temperatura, umidade e ausência de 

corrosão), a forma de onda e a frequência de repetição do carregamento, influenciam muito 
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pouco sobre a fadiga. Os fatores mais significativos são a amplitude de tensão (ou 

deformação), e valor médio das cargas e o número de ciclos do carregamento. 

Os parâmetros de carregamento mais comumentemente utilizados em fadiga são 

definidos a seguir e representados na Figura 3. 

 
Figura 3 - Parâmetros utilizados na caracterização do fenômeno de fadiga. Adaptado com base 

em (SHIGLEY, 2006). 
 

 As tensões médias (AF ) e alternadas (AE) são definidas como: 
 

 AE X
AFE0 U AF�G


 (1) 

 
AF X

AFE0 Y AF�G


 (2) 

 
 A amplitude de tensão (<A) e a razão de tensões (R) são determinadas pelas relações 

abaixo.  

 
<A X AFE0 U AF�G  (3) 

   
 / X

AF�G

AFE0
 (4) 

 
 Para as deformações o raciocínio é análogo, seguindo a mesma terminologia. 

 A maioria dos dados tabelados para as propriedades dos materiais relacionadas à 

fadiga são obtidos com AF X Z e / X U[ , ou seja, em flexão rotativa, alternada e simétrica. 

Observa-se, entretanto, que a carga média não nula gera efeitos de acúmulo de dano em 
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carregamentos complexos e devem ser considerados. Há métodos de correção aplicáveis as 

várias metodologias (3 U - , ? U -  ouS����- ). 

 Os dados e propriedades de fadiga de materiais são obtidos em carregamentos 

uniaxiais (tração/compressão, flexão pura ou torção). Entretanto, em carregamentos 

complexos a multiaxialidade deve ser levada em consideração (INCE, 2014). As abordagens 

mais comuns no tratamento de cargas multiaxiais utilizam métodos que transformam, de 

maneira apropriada, um carregamento em várias direções em um carregamento unixial 

equivalente (SOCIE, 1999). Nesta dissertação, o aspecto da multiaxialidade dos 

carregamentos não será abordado. Todos os carregamentos serão tratados como uniaxiais. 

2.4 ACÚMULO DE DANO 

Em 1945, Miner, com base nos trabalhos de Palmgren, propôs a seguinte regra para o 

acúmulo de dano em componentes submetidos a carregamentos com amplitude e tensão 

média variáveis: 

 \ X ]
. �

- �
X

. ^

- ^
Y

. _

- _
Y ` Y

. a

- a
X [

a

�

 (5) 

 
Sendo . �  o número de ciclos que um carregamento é aplicado e - �  o respectivo número 

de ciclos máximo que o componente suporta o carregamento. Assume-se que quando o 

acúmulo de dano atinge o valor da unidade, o componente entra em fase de ruptura. Esse é 

um critério que, por ser uma soma linear, não considera a sequência dos carregamentos e os 

efeitos de plasticidade localizados e irreversíveis. Entretanto, devido á sua simplicidade, esta 

critério é ainda largamente utilizado em aplicações de engenharia. Buscando suprir as 

deficiências do caráter linear da regra de Miner, Marco e Starky (ZUO et al., 2014), 

desenvolveram, em 1954, a primeira teoria não linear de acúmulo de dano, representada por 

uma lei de potência. Desde então, muitas outras teorias de acúmulo de dano foram propostas 
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para melhorar a acuracidade do cálculo. Uma visão mais compreensiva das teorias de 

acúmulo de dano pode ser obtida por meio da revisão elaborada por (FATEMI e YOUNG, 

1998). Nesta dissertação será utilizada a regra linear de acúmulo de dano de Miner. 

2.5 CONTAGEM DE CICLOS  

Em carregamentos complexos, com cargas médias variáveis, métodos de contagem de 

ciclos geralmente são empregados para reduzir a história do carregamento em uma série de 

eventos discretos, nos quais podem ser empregados os dados, propriedades materiais, e 

métodos desenvolvidos para a previsão da vida de componentes em carregamentos com 

amplitude constante. 

Vários métodos foram desenvolvidos ao longo dos anos, tais como o Método de 

Cruzamento de Nível (Level-Crossing Counting), o Método de Contagem de Picos (Peak 

Counting) e o Método de Variação Simples (Simple-Range Counting). Uma descrição 

detalhada dos vários métodos pode ser encontrada na literatura (BANNANTINE, 1990). O 

método de contagem mais conhecido é o de Contagem de Fluxo de Chuva (Rainflow), usado 

em geral para transformar uma história de carregamento em diversos eventos discretos e obter 

diagramas de laços de histerese (diagramas de tensão versus deformação em carregamentos 

cíclicos). 

Existem vários algoritmos, alguns já normalizados por instituições como a ASTM 

(American Society for Testing Materials), para a contagem de ciclos de carregamento, sendo 

amplamente divulgados na literatura.  O método de contagem de ciclos utilizado neste 

trabalho foi o método desenvolvido por (NIESLONY, 2009) baseado no Método de 

Contagem de Fluxo de Chuva e na norma ASTM E 1049-85 (AMERICAN SOCIETY FOR 

TESTING MATERIALS, 1999). 
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2.6 MÉTODOS DE CÁLCULO DE VIDA EM FADIGA  

 A seguir, tem-se um breve resumo dos métodos clássicos de cálculo de vida em fadiga. 

Para uma visão mais abrangente dos métodos de cálculo de vida em fadiga o leitor pode 

referir-se á revisão de (CUI, 2002). Informações mais detalhadas sobre cada método podem 

ser encontradas na literatura clássica sobre mecânica da fadiga, tais como (FUCHS, 1980), 

(DOWLING, 2012) e (BANNANTINE, 1990). Com excessão do método ����- , os outros 

métodos seguem um padrão geral. Avalia-se a resistência á fadiga no ponto crítico da peça 

considerando todos os fatores de correção. Depois, calcula-se a história de tensões no ponto 

crítico induzida pelo carregamento real, e finalmente, quantifica-se o acúmulo de dano 

produzido pelos diversos eventos do carregamento. 

 

2.6.1 Método 	 U b  ou Tensão-Vida 

 O 3 U -  foi o primeiro método usado na tentativa de se entender a quantificar a 

fadiga, e dentre suas hipóteses simplificadoras ignora o comportamento real tensão-

deformação do material e trata todas as deformações como elásticas. Assim, ele tem o seu 

emprego restrito a aplicações onde as tensões operantes situam-se dentro da zona elástica do 

material resultando em vidas longas (fadiga de alto ciclo, ou high-cycle fatigue, ou HCF). 

 A base do método é a curva de Wöhler ou diagrama 3 U - , que é um gráfico de tensão 

alternada, 3 X AE, contra o número de ciclos até a falha, - . Os dados de testes 3 U -  são 

geralmente apresentados em um gráfico log-log, e o procedimento mais comum para 

contrução desta curva é o teste de flexão rotativa, como o desenvolvido por R. R. Moore. 
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Figura 4 - Curva S – N. Adaptado com base em (SHIGLEY, 2006). 	 
  é a tensão última do 

material. 
 

 Na região de fadiga de alto ciclo a curva 3 U - , pode ser representada pela expressão 

seguinte. 

 3� X A�
+�  - � � c  (6) 

   

onde 3�  é a tensão alternada ou resistência á fadiga, - �  é a vida ou número completo de 

reversões até a falha (2 reversões = 1 ciclo), A�
+ é o coeficiente de resistência em fadiga, e � , é 

conhecido como expoente de resistência á fadiga ou expoente de Basquin. A�
+ e �  são 

propriedades do material. Este expressão é comumentemente chamada de equação de 

Basquin. 

 Certos materiais, como o aço, possuem um limite de fadiga ou limite de endurância, 

3 
+, o qual representa a tensão abaixo da qual o material apresenta vida “infinita”. Entretanto, 

este limite vale para um corpo de prova, de dimensões padronizadas, testado sob condições 

controladas. Os fatores de modificação são usados para modificar 3 
+, adaptando-o às 
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condições reais da peça em estudo. Obtem-se assim o limite de resistência à fadiga real de 

peça 3 . 

 3 X " # " $ " %" &" ' " ( 3 
+ (7) 

onde: 

3 : Limite real de resistência à fadiga da peça; 

3 
+ : Limite de resistência à fadiga do corpo de prova; 

" # : Fator devido ao acabamento superficial da peça; 

" $ : Fator devido às dimensões do componente; 

" %: Fator de correção para o tipo de carregamento (flexão, tração ou torção); 

" & : Fator devido à temperatura de serviço; 

" ' : Fatores de correção para a confiabilidade estatística dos ensaios; 

" ( : fator de correção para efeitos diversos. 

 A tensão média tem um efeito significativo na vida em fadiga. Para um dado número 

de ciclos ou vida, N, AE diminui conforme AF  aumenta. Algumas equações foram propostas 

para descrever este comportamento, chamadas de linhas de vida constante, sendo que as mais 

conhecidas são a Relação Modificada de Goodman e a Parábola de Gerber, mostradas na 

Figura 5. 

 A relação modificada de Goodman é expressa da seguinte forma 

 
AE

3 
Y

AF

34)
X [  (8) 

   
onde 34)  é o limite de ruptura do material. 

E a equação da parábola de Gerber é dada por 

 
AE

3 
Y d

AF

34)
e

_

X [  (9) 
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Figura 5 - Duas aproximações para linhas de vida constante para o aço NBR6656. 

 

 Estas curvas definem um locus de falha e são comumente adotadas como critério de 

falha em fadiga de alto ciclo. Pode-se calcular a tensão alternada 3�  que causa o mesmo dano 

na peça que a combinação dos níveis de AE e AF . Isto é conseguido substituindo, nas 

equações de Goodman e Gerber, o limite � f  por  3�  (tensão de resistência á fadiga). 

 Assim, da equação do locus de falha de Goodman tem-se que a tensão de resistência á 

fadiga, 3� , será dada pela expressão: 

 3� SX S
AE

[ U g
AF
34)

h
S (10) 

 
E a tensão de resistência á fadiga pelo critério de Gerber, será: 

 
3� X

i E

[ U g
AF
34)

h
_ 

(11) 

 
 Se 3�  < Se, então a vida do componente será infinita. Se 3�  > Se, então a vida pode ser 

estimada por meio da equação de Basquin modificada: 

  - � X j
3�

A�
+k

l
^
c
S (12) 
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2.6.2 Método m U b ou Deformação-Vida 

 A resposta de um material sujeito a um carregamento cíclico inelástico tem a forma de 

um laço de histerese, como mostrado na Figura 6. O método ? U -  clássico trabalha com 

tensões e deformações reais para prever os laços de histerese e seu efeito na vida do 

componente. 

 Com base no laço de histerese pode-se expressar a amplitude de deformação real, WE, 

como: 

 ?E X
<?


 (13) 

 
E amplitude de tensão real pode ser escrita na forma: 

 AE X
<A


 (14) 

 
A deformação total cíclica é a soma da deformação elástica e plástica, 

 <? X <? Y <?@ (15) 
 

 

Figura 6 - Laço de histerese para carregamento cíclico. 
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 Ou em termos de amplitudes, 

 
<?


X
<? 


Y

<?@


 (16) 

 
A equação de Basquin pode ser reescrita da seguinte forma 

 
<A


X A�
+�  - � � c  (17) 

 
Da lei de Hooke tem-se que a amplitude de deformação elástica é a relação linear entre 

a amplitude de deformação e o módulo de elasticidade do material,  

 
<? 


X

AE

n
 (18) 

 
Junto com a relação de Basquin tem-se, 

 <? 


X

A�
+

n
�  - � � c  (19) 

 
Coffin e Manson, trabalhando idenpendentemente, determinaram que a deformação 

plástica também pode ser expressa como uma função linear da vida por meio de uma escala 

log-log.  

 
<?@


X ?�

+�  - � � B (20) 

onde: 

?�
+: coeficiente de ductilidade á fadiga 

� : expoente de ductilidade á fadiga 

?�
+ e �  são propriedades de fadiga do material. 

Somando as amplitudes de deformação elástica e plástica, chega-se a relação 

deformação-vida expressa abaixo. 

 <?


X
A�

+

n
�  - � � c Y ?�

+�  - � � B (21) 

 
 Portanto, conhecedendo as propriedades de fadiga do material (A�

+, � , ?�
+ e � ) é possível 

obter a curva deformação-vida (Figura 7) e determinar o número de ciclos para a falha para 

um determinado nível de deformação. 
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Figura 7 - Curva Deformação-Vida. Adaptado com base em (SHIGLEY, 2006). 

 

 Quando o histórico de tensões calculado é predominantemente elástico, as regiões de 

concentração de tensões podem exceder o limite de escoamento do material. Entretanto, a 

tensão real estará situada ao longo da curva tensão-deformação em um ponto � , conforme 

indicado na Figura 8. Para este caso utiliza-se a regra de concentração de tensões de Neuber. 

 

 
Figura 8 – Tensões e Deformações reais e nominais. 
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 " )
_� 3�= X A�? (22) 

 
onde: 

3: tensão nominal (calculada sob hipótese de regime elástico) 

=: deformação nominal (calculada sob hipótese de regime elástico) 

" ) : fator de concentração de tensões 

A: tensão real na região de concentração de tensões (incorpora efeito inelástico) 

?: deformação real na região de concentração de tensões (incorpora efeito inelástico) 

 A deformação nominal pode ser expressa como: 

 = X
3
n

 (23) 

 

onde E é o módulo de elasticidade do material. 

 Assim, a equação (22) pode ser expressa em termos de deformações e tensões cíclicas 

totais, na forma: 

 " )
_�>3�>= X >A�>? (24) 

 
onde 

 >= X
>3
n

 (25) 

 
sendo >=, a deformação nominal total cíclica,  >3, a tensão nominal total cíclica,S>A, a tensão 

cíclica corrigida total e,S>?, a deformação cíclica corrigida total. 

 Desenvolvendo a expressão (24), obtem-se: 
 

 " )
_�>3_

n
X >A�>? (26) 

 
onde 
 >? X >? Y >?@ (27) 
 

sendo >?  a componente elástica da deformação cíclica, e >?@, a correspondente componente 

plástica. 
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 Da equação constitutiva do material e da curva de histerese, tem-se que 

 >? X
<i
n

Y  d
>A
 * +e

^
Go

 (28) 

 
onde * + é o coeficiente de resistência cíclico (cyclic strength coeficient), e . +é o expoente de 

endurecimento cíclico (cyclic strain hardening exponent). 

De (28) em (26), obtem-se: 

 " )
_� p3_

n
X

<A_

 n
Y

pA
�  * +�

^q
^
Go

 (29) 

 
 Resolvendo esta equação por intermédio de um método iterativo, como por exemplo, 

Newton-Raphson, é possível calcular a tensão na região de concentração de tensões, >A, em 

função da tensão nominal, >3, do " ) , e das propriedades do material. 

 Quando se utiliza se utiliza o MEF com elementos que permitem uma discretização 

fiel da região de concentração de tensão o " )  assume valor igual a 1, pois as tensões nas 

vizinhanças do concentrador são calculadas de forma direta. Quando este não é caso, como 

por exemplo, quando se utiliza um modelo de elementos de vigas, um valor deve ser estimado 

para o " ) , basedo em dados de referências da literatura, ou resultados de testes, ou mesmo da 

experiência do analista.  

 Como no caso do método 3 U -r  a tensão média também influencia grandemente o 

resultado de fadiga. Várias metodologias de correção estão disponíveis na literatura, tais como 

em (BANNANTINE, 1999). Entretanto, uma das mais utilizadas na indústria automobilística 

é a relação de Smith-Watson-Topper (SWT), dada abaixo. 

 AFE0 ?E X AE
<?
n

 (30) 

onde AFE0S é a máxima tensão cíclica, avalida da seguinte forma: 

 AFE0 X
<A


Y AF  (31) 

 Incorporando esta correção á relação deformação-vida toma a seguinte forma: 
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 AFE0
<?


X
A�

+_

n
�  - � � _c Y A�

+?�
+�  - � � cq B (32) 

 Desta forma, a vida no ciclo considerado é obtido resolvendo iterativamente esta 

equação para a variável - � . 

 

2.6.3 Método st�sb  

 O método ����-  permite a previsão da vida residual de peças trincadas. De maneira 

geral, o método considera que existe uma trinca dominane de dimensões conhecidas. Essa 

trinca é considerada como o ponto crítico da peça e pode ser modelada pelos conceitos 

tradicionais da mecânica da fratura. A seguinte regra para a propagação de trincas é 

comumentemente empregada 

 
��
�-

X � <* F  (33) 

sendo ����-  a taxa de propagação da trinca, <*  a variação do fator de intensidade de 

tensões, eS�S e ,  são constantes que dependem do tipo de material. 

 Esta regra é muitas vezes chamada de lei de Paris. O gráfico ����-  em função do 

fator de intensidade de tensões tem um aspecto em forma de “3”, caracterizada por três fases 

distintas, conforme ilustrado na Figura 9. A fase I apresenta derivada decrescente, a fase II, 

derivada constante, e a fase III, derivada crescente até o ponto de fratura. A regra de Paris só 

descreve com precisão a fase II, e pode gerar erros significativos no cálculo de vida de 

componentes (FERREIRA, 2002). Dessa forma, existem outros métodos que visam corrigir as 

deficiências da regra de Paris, entre eles os mais conhecidos são os métodos de Elber, Forman 

e Priddle. 
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Figura 9 – Curva típica de propagação de trinca. 

 

 A partir da formulação de Paris pode-se calcular o número máximo de ciclos - �  para 

que uma trinca de comprimento inicial � �  cresça ate um comprimento final � � , por meio de 

uma integração do tipo 

 - � X u
��

� � <* � F

Ev

Ew

 (34) 
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3 MEF APLICADO AO ESTUDO DA FADIGA MECÂNICA 

3.1 INTRODUÇÃO  

O presente capítulo apresenta uma revisão bibliográfica sobre alguns trabalhos que 

tratam da aplicação do MEF na análise estrutural de chassis e carrocerias de caminhões e 

veículos automotores em geral, bem como de componentes mecânicos isolados, com ênfase 

especial na aplicação do MEF ao cálculo de vida em fadiga. 

 

3.2 EVOLUÇÃO DA UTILIZAÇÃO DO COMPUTADOR AO CÁLCULO DE FADIGA  NA I NDÚSTRIA 

AUTOMOTIVA  

(CONLE, 1997) descreve que, já no início da décado de 70, o objetivo da indústria 

automotiva era testar a menor quantidade possível de protótipos, de preferência apenas um, 

um modelo já finalizado. Uma das maneiras idealizadas de atingir este objetivo seria”dirigir” 

um veículo virtual sobre uma versão digital das pistas dos campos de prova e observar as 

respostas do veículo. Ideal este que é perseguido até os dias de hoje, sobretudo no âmbito da 

fadiga e durabilidade.  Ainda conforme (CONLE, 1997), embora os primeiros modelos do 

comportamento cíclico tensão-deformação, tenham sido construídos por Jenkin, em 1922, foi 

apenas com o advento dos computadores que estes modelos puderam ser utilizados de forma 

efetiva. Entretanto, mesmo nos anos 70 e início dos anos 80, a dificuldade de digitalizar e 

armazenar um histórico de serviço de tamanho siginificativo para uma análise de fadiga ainda 

inviabilizava a utilização destes modelos. A prática da contagem de ciclos foi adotada neste 

contexto, para simplificar os históricos de carregamento. Mas no final da década de 80 o custo 

de armazenamento em computador começou a cair, e longos históricos de carregamento, com 

múltiplas cargas ou canais, puderam então ser manipulados de forma rotineira. Neste mesmo 

período, os modelos de elementos finitos cresceram em complexidade, permitindo modelar 
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com maior acuracidade componentes, chassis e estruturas completas de veículos. Tudo isto 

permitiu a utilização dos tensores de tensão e de deformação, obtidos a partir de medidores de 

deformação do tipo “rosetas”, ou obtidos a partir dos próprios modelos de elementos finitos, 

em modelos de fadiga uniaxial. Modelos estes que evoluíram rapidamente para modelos de 

deformação multiaxial. 

3.3 MÉTODOS DE CÁLCULO DO HISTÓRICO DE TENSÕES POR M EIO DO MEF 

O histórico de tensões e deformações em um componente podem ser calculados no 

domínio do tempo ou da frequência utilizando uma das seguintes abordagens (HAIBA, 2002): 

a) Análise quasi-estática no domínio do tempo; 

b) Análise dinâmica transiente no domínio do tempo; 

c) Análise harmônica no domínio da frequência; 

d) Análise randômica no domínio da frequência. 

A seguir são suscintamente discutidos os métodos aplicáveis no domínio do tempo, os 

quais são pertinentes ao desenvolvimento deste trabalho. 

3.3.1 Análise Quasi-Estática no Domínio do Tempo 

Neste método cada histórico de carregamento externo atuando na estrutura é 

substituído por uma carga estática unitária agindo no mesmo local e direção do carregamento 

original. Uma análise linear estática é então executada para cada carga unitária individual. As 

tensões dinâmicas produzidas por cada histórico de carregamento podem ser avaliadas 

multiplicando o histórico pelos coeficientes de influência resultantes desta análise. O 

princípio da superposição é usado para obter o histórico da tensão dinâmica total atuando na 

estrutura. O conjunto de equações (35) á (37) apresenta a forma matemática deste método 
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aplicado em um nó específico do modelo de elementos finitos, assumindo a hipótese de 

estado de tensão plana. 

 �
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(37) 

Nestas equações, n é o número do histórico de carga aplicado, e xis , yis e xyit são os 

coeficientes de influência de tensão. Um coeficiente de influência é definido como o campo 

de tensões devido a uma carga unitária aplicada ao componente na mesma localização e 

mesma direção que o histórico de carga )(tFi . 

O grande inconveniente deste método é que ele não identifica as regiões afetadas pelas 

vibrações locais e globais, e por isso subestima as tensões nestas regiões (HUANG, 1998). 

Assim o método torna-se indicado para estruturas rígidas que operam substâncialmente 

abaixo de suas frequências naturais. 

3.3.2 Análise Dinâmica Transiente no Domínio do Tempo 

Esta técnica é essencial para estruturas cuja dinâmica tem efeito sobre a sua vida em 

fadiga. É o caso de estruturas de grande massa, baixa rigidez, e cujo carregamento se 

aproxima ou atravessa uma ou mais frequências naturais do componente. 

Assume-se que a estrutura é descrita por um modelo de elementos finitos que obedece 

a seguinte equação de movimento (HUANG, 1998). 

 [ ] [ ] [ ] )}({)}({)}({)}({ tftaKtaCtaM =++ ���  (38) 
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Onde {a(t)} é um vetor de coordenadas, [M], [K] e [C] são as matrizes de massa, 

rigidez e amortecimento, respectivamente, e {f(t)} é o vetor de força aplicado. 

Os métodos atualmente disponíveis para o cálculo de tensões dinâmicas usando 

códigos comerciais se dividem em duas categorias: os métodos de integração direta (Direct 

Transient Response Methods) e os métodos modais (Modal Transient Response Methods).  

Os métodos de integração direta resolvem a equação completa do movimento e 

permite soluções lineares e não-lineares. Os métodos modais resolvem equações modais e 

admitem apenas soluções lineares. Os métodos de integração direta são menos eficientes 

computacionalmente devido ao elevado tempo de solução e espaço em disco requeridos. 

Dentre os métodos modais mais conhecidos o mais popular é o Método da 

Superposição Modal.  Este método avalia os históricos de tensão combinando linearmente os 

históricos de participação modal de cada modo de interesse com um coeficiente de influência 

obtidos da análise modal da estrutura. O coeficiente modal de influência equivale ao campo 

de tensões associado a um modo específico de vibrar. 

Sejam 
ij
ls , i = x, y e z, os coeficientes modais de influência do j-ésimo modo, e jx o 

vetor de coordenadas modais do j-ésimo modo de vibrar da estrutura. As tensões no elemento 

i do modelo determinadas pelo método da superposição modal serão dadas por: 
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3.3.3 Considerações a Respeito dos Métodos de Cálculo de Histórico de Tensões 

(HUANG, 1998) expõe em seu trabalho que, devidos às restrições de recursos 

computacionais, até meados da década de 90, analistas utilizavam cargas estáticas ou quasi-

estáticas para obter os históricos de tensão para fins de cálculo de vida em fadiga. (HUANG, 

1998) argumenta ainda que os métodos estáticos e quasi-estáticos são capazes de capturar 

adequadamente as regiões mais afetadas pelos efeitos de flexão e torção numa estrutura 

veicular, porém não são aptos a identificar as áreas afetadas por vibrações locais e globais. 

Para identificar estas últimas regiões um método dinâmico se faz necessário.  Ao passo que, 

para grandes sistemas estruturais, uma análise dinâmica por integração direta pode tornar-se 

computacionalmente onerosa, os métodos modais apresentam-se como uma alternativa 

eficiente, a um custo computacional relativamente baixo. Entretanto, os métodos modais 

admitem apenas soluções lineares, e suas formulações implicam no truncamento de modos.  

Em seu trabalho, (HUANG 1998) apresenta exemplos de aplicação de cálculo de históricos de 

tensão para um modelo de elementos finitos de uma carroceria de um carro de passeio e para 

um modelo de chassi de caminhão leve utilizando métodos modais. Entretanto, apesar da 

afirmação dos autores de que o truncamento de modos não afeta significantemente a resposta 

do sistema, não são apresentados resultados comparando respostas com diferentes números de 

modos.  

(HAIBA, 2002) comparou diversas abordagens de cálculo de tensão e predição de vida 

em fadiga utilizando um modelo de elementos finitos de um braço da suspensão de um 

automóvel. As abordagens de cálculo utilizadas foram: (a) análise no domínio do tempo, onde 

os históricos de tensão foram obtidos por meio de análise quasi-estática, análise modal 

transiente, e análise transisente por integração direta; (b) análise no domínio da frequência, 

cujos históricos de tensão foram obtidos a partir de uma análise harmônica de tensões. Esta 

comparação teve por objetivo determinar o método mais eficiente para posterior aplicação em 



32 
 
um algoritmo de otimização baseado em vida em fadiga, e a estratégia de referência para a 

comparação foi a análise transiente de tensões por meio de integração direta com cálculo de 

vida no domínio do tempo. O histórico de carregamento do braço foi obtido pela passagem de 

um modelo multicorpos do veículo por versões virtualizadas de pistas de testes. O estudo 

conclui que utilizando superposição modal há grande variação na resposta para números 

muito reduzidos de modos (próximos de um), porém a resposta se estabiliza a partir de 10 

modos. Apesar disso, a solução modal é mais eficiente que a análise harmônica completa, e o 

tempo de computação não é sensível ao número de modos usados. Conclui ainda que, a 

estratégia que envolve análise quasi-estática de tensões e cálculo da vida no domínio do 

tempo é muito eficiente e acurada quando comparada à estratégia de referência. A estratégia 

utilizando análise harmônica de tensões e cálculo de vida no domínio da frequência, por sua 

vez, não é capaz de gerar uma distribuição de vida semelhante á da estratégia de referência. 

3.4 REVISÃO BIBLIOGRÁFICA SOBRE MODELAGEM DE CHASSIS AUTOMOTIVOS (E 

ESTRUTURAS ANÁLOGAS) POR MEIO DO MEF 

(RUIZ, 2002) desenvolveu um modelo de híbrido de elementos de cascas e de vigas de 

um ônibus por meio do software Abaqus®, para posterior aplicação em estudos de 

durabilidade. A carroceria foi discretizada com elementos de casca, mas para o chassi foram 

utilizados dois tipos de elementos. Elementos de casca foram empregados na porção frontal 

(entre as rodas dianteiras e a viga do parachoque dianteiro) onde a geometria do chassi é mais 

complexa, e elementos de viga foram utilizados na porção restante, que é caracterizada por 

uma estrutura reticulada. A suspensão foi representada com elementos exclusivos da 

biblioteca da Abaqus tais como “link connectors”, “axial connectors” and “joint connectors”. 

O modelo foi submetido à carregamentos equivalentes àqueles a que o veículo real é 

submetido em um teste físico. Durante o processo de validação do modelo tensões foram 
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obtidas através de sensores de deformação instalados em um veículo real submetido às 

mesmas solicitações do modelo. Os autores reportam um desvio menor que 10% entre as 

medições no veículo e os resultados do modelo. 

(LIRIO, 2004) utilizou uma metodologia híbrida experimental-numérica para a análise 

estrutural de um chassi de veículo comercial. Um modelo simplificado foi construído com 

elementos de viga, por meio do software Ansys®. Para reduzir as incertezas apresentadas pelo 

modelo simplificado as características de rigidez e amortecimento das juntas parafusadas e 

rebitadas foram calibradas por meio de ensaios de vibrações (frequências e modos normais de 

vibrar da estrutura). A calibração do modelo teve como motivação sua posterior utilização no 

cálculo de fadiga da estrutura. O autor também ressalta a importância de considerar os efeitos 

do empenamento (warping) da seção quando da utilização de elementos estruturais do tipo 

viga. Como o empenamento restringido aumenta consideravelmente as tensões em alguns 

elementos do chassi é importante a escolha elementos de vigas que considerem o efeito do 

empenamento em sua formulação. 

 (GATTI, 2006) estudou o comportamento de pórticos planos submetidos a ações 

dinâmicas utilizando o Método da Superposição Modal e Integração Direta pelo método de 

Newmark. Os resultados mostraram-se equivalentes entre os dois métodos. No Metodo da 

Superposicão Modal incrementos de tempo maiores foram usados sem comprometimento dos 

resultados. No Metodo de Newmark, incrementos de tempo foram escolhidos de maneira mais 

criteriosa, para que se produzissem resultados satisfatórios, porém, as frequências naturais e 

modos de vibração não precisaram ser calculados. (GATTI, 2006) investigou também o 

impacto do amortecimento, por meio da avaliação das reduções percentuais nos 

deslocamentos provocados pelo amortecimento nos dois métodos. O amortecimento utilizado 

foi o de Rayleigh, com magnitude de 10% para o primeiro modo, e 15% para o segundo. Por 
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fim, usou coeficientes de impacto para concluir que a análise dinâmica poderia ser substituída 

com sucesso por análise estática em alguns casos. 

(ZEHSAZ, 2009) estudou as distribuições de tensão no chassi de um caminhão meio-

pesado. O autor discorre sobre a origem das forças a que um caminhão está sujeito, e que 

tanto podem ser estáticas quanto dinâmicas. As forças estáticas devem-se ao peso do veículo, 

ao passo que as forças dinâmicas derivam do deslocamento do veículo sobre superfícies 

irregulares.  Existem também outras forças que resultam de manobras que envolvem 

frenagem, aceleração e execução de curvas, durante as quais os eixos dianteiros e traseiros são 

balanceados pelas forças de inércia. O chassi foi modelado com elementos de casca e as 

suspensões foram modeladas utilizando elementos amortecedores, elementos de mola e 

massas suspensas. O amortecimento dos pneus também foi considerado. As condições de 

contorno foram impostas aos suportes na região onde as molas se conectam ao chassi, bem 

como na superfície de contato dos pneus com o solo. Para simular o movimento do caminhão 

sobre um pavimento irregular o autor criou um perfil simplificado de cerca de 240 cm de 

comprimento e 5 cm de altura, e o associou a uma função de tempo para controlar a 

velocidade de passagem. O modelo foi validado comparando as frequências e modos de vibrar 

obtidos por meio do modelo com os resultados de uma análise modal experimental. 

(SONG, 2011) desenvolveu um modelo de cascas paramétrico de um chassi de 

caminhão leve. A finalidade do estudo foi a obtenção de um modelo mais acurado que o 

modelo paramétrico de vigas, o qual o autor anteriormente utilizava em análises de 

durabilidade, e de otimização estrutural auxiliada pelo método de Projeto de Experimentos de 

Taguchi. 
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3.5 MEF  APLICADO AO CÁLCULO DE FADIGA DE COMPONENTES AUTOMOTIVOS  

 (NICOLLETI e FERREIRA, 2004) propuseram uma metodologia analítico-

experimental para o desenvolvimento de componentes automotivos sujeitos a carregamentos 

de fadiga. A abordagem proposta consiste em determinar os pontos mais críticos da estrutura 

(hot spots) através de uma análise de tensões pelo MEF utilizando cargas genéricas, e em 

seguida levantar o histórico real de tensões nestes mesmos pontos utilizando um veículo 

protótipo. De posse do histórico de tensões medido a metodologia prescreve a aplicação do 

método ? U -  para o cálculo do dano nos hot spots, e a utilização da regra de Miner para a 

contabilização do Dano total.  

(SHANG et al., 2006) desenvolveu um pós-processador em linguagem Java para 

calcular as tensões alternadas e médias de Von Mises a partir do resultado de uma análise de 

tensões em um modelo de elementos finitos de uma roda automotiva. Com estes parâmetros 

uma análise de fadiga do tipo Tensão-Vida foi conduzida, e fatores de segurança foram 

determinados com base na relação linear de Goodman. (CHACON, 2006), por sua vez, 

aplicou o método Tensão-Vida, em conjunto com a relação de Goodman modificada, na 

avaliação da vida em fadiga da biela de um motor de combustão interna, á partir do histórico 

de tensões calculado por um modelo de elementos finitos. Os resultados analíticos mostraram 

correlação direta com os resultados do ensaio do componente em uma bancada de fadiga. 

 (MARIM, 2009) utilizou o método 3 U -  ao estudo da fadiga de um componente do 

sistema de suspensão de um automóvel. Foram construídos diferentes modelos de elementos 

finitos do componente representando diferentes versões de design. Estes modelos foram 

submetidos a um carregamento cíclico genérico representado por um pulso unitário e a 

correspondente vida em fadiga foi calculada através do critério de Goodman. 

 (CARVALHO, 2012) estudou a fadiga de uniões soldadas utilizando o método 3 U -  

e o critério de Goodman modificado para verificar a falha do material mediante a combinação 
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das tensões médias e alternadas. (AGUADO, 2011) por outro lado utilizou o mesmo critério 

para a investigação da influência da espessura da chapa no dano e vida de componentes 

estampados. 

Como comentado anteriormente, (HUANG, 1998) construiu modelos de casca para a 

carroceria de um carro de passeio e para uma carroceria de caminhão leve montada sobre 

chassi, e avaliou a vida em fadiga dos mesmos. Os históricos de tensões foram obtidos por 

meio de análise modal transiente, entretanto o autor não especifica qual abordagem de cálculo 

de fadiga foi utilizada. Como a vida em fadiga da estrutura é determinada por um conjunto 

relativamente pequeno de elementos críticos onde as trincas se iniciam, o autor propõe uma 

estratégia para identificar os elementos críticos e computar a vida apenas para estes 

elementos, reduzindo o tempo de processamento. A base do método é a utilização de uma 

tensão de corte (tensão de Von Mises) abaixo da qual os elementos são desconsiderados na 

análise. Também faz parte desta estratégia um filtro aplicado aos deslocamentos modais, de 

tal forma que, se um deslocamento modal é muito pequeno em um determinado intervalo de 

tempo, as tensões calculadas por superposição modal (que também serão pequenas) são 

ignoradas. Reduz-se, assim, drasticamente o número de elementos envolvidos no cálculo de 

fadiga e, consequentemente, o tempo de processamento. 

 (DOWLING, 2004) comparou diversas abordagens de modelagem dos efeitos das 

tensões médias nos métodos Tensão-Vida e Deformação-Vida por meio da avaliação da 

capacidade destes modelos em correlacionar dados de fadiga de metais de aplicação 

automobilística obtidos em testes de laboratório. Os resultados do estudo apontam que a 

relação modificada de Goodman é altamente inacurada, e que o método de Smith, Watson e 

Topper (SWT), apesar de ser boa alternativa para uso com metais em geral, não é tão acurada 

para aços quanto a equação de Morrow. Em virtude de seu expoente característico (; ), que 

pode ser ajustado á partir de dados de teste do material, a equação de Walker foi a que 
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demonstrou maior acuracidade. O autor destaca ainda que a incorporação da relação de 

Walker na curva deformação-vida consiste em uma abordagem bastante promissora a ser 

explorada. 

3.6 CONSIDERAÇÕES ACERCA DA REVISÃO BIBLIOGRÁFICA SOBRE MEF  E FADIGA  

 Durante a elaboração desta revisão bibliográfica verificou-se a existência de abundante 

quantidade de trabalhos sobre o estudo da fadiga em componentes mecânicos utilizando o 

método 3 U - , principalmente associado ao critério de Goodman modificado, ao passo que 

trabalhos que utilizam o método ? U -  são bastante excassos. Verificou-se ainda que dentre 

os trabalhos envolvendo o método ? U -  a sua maioria não provém do meio acadêmico, mas 

da indústria, divulgados por meio de jornais de ciências aplicadas e papers de congressos de 

associações de classes de profissionais, notadamente da área da mobilidade terrestre e 

aeroespacial. Como comentado na introdução do texto, isto se deve ao fato de que a 

competividade nestas indústrias, e a pressão imposta por requisitos especiais de peso e 

eficiência, impulsionam a busca de métodos menos conservativos. Sendo assim, o presente 

trabalho encontra uma motivação adicional, que consiste em estudar com rigor acadêmico a 

utilização do método ? U -  em uma aplicação industrial, e assim oferecer uma pequena 

parcela de contribuição ao entendimento do método. 
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4 METODOLOGIA DE CÁLCULO DE FADIGA COM AUXÍLIO DO MEF  

 Um passo-a-passo das atividades que compõem as metodologias de cálculo de fadiga 

adotadas neste trabalho é apresentado no fluxograma da Figura 10. 

 A etapa inicial de obtenção e processamento do histórico de tensões atuante na 

estrutura é comum para ambos os métodos de cálculo de vida em fadiga adotados neste 

trabalho. O processo se inicia com a aquisição do histórico de acelerações em posições 

estratégicas do sistema de suspensão do caminhão durante um teste físico em uma rota de 

durabilidade estrutural. Estas acelerações são então processadas por um código CAE de 

Análise Multicorpos para gerar o histórico de força nas entradas de carga do chassi: (F(t)). 

Este tipo de processamento é comumentemente chamado de Load Cascade (Cascateamento de 

Cargas). 

 Na etapa seguinte o histórico de forças é aplicado ao modelo de elementos finitos do 

chassi no respectivo ponto de entrada de carga. Uma análise linear de tensões é executada e o 

histórico de tensões em todos os elementos do modelo é calculado. As tensões usadas para 

classificar a criticidade das seções são as máximas principais absolutas, devido ao fato de que 

as trincas se formam e se propagam sob a ação de uma tensão dominante direcional (BISHOP, 

2000). 

 Na sequência, o complexo histórico de tensões obtido na etapa anterior é submetido ao 

processo de contagem de ciclos Rainflow, e reduzido a um conjunto de eventos de amplitude 

de tensões constantes. Como resultado deste processo obtem-se uma relação do número de 

ciclos de laços fechados de histerese (n) a uma determinada amplitude de tensão (<A) para 

cada evento individual identificado pelo Rainflow. A tensão média (AF ) e a tensão alternada 

(AE) em cada evento também são calculadas. 

 A partir deste ponto, cada metodologia de cálculo de fadiga segue etapas distintas. 
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Figura 10 - Metodologias de cálculo de vida em fadiga. 
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 No método Tensão-Vida, o próximo estágio consiste na estimativa do limite real de 

fadiga do material, 3 , conforme descrito na seção 2.6.1. Em seguida, loci de falha são 

estabelecidos por meio das relações de Goodman Modificada e de Gerber, e a tensão de 

resistência à fadiga, 3� , é calculada. Se 3� x 3  , então a vida é infita. Quando a vida é finita 

ela é estimada por meio da equação de Basquin modificada (equação (12)). 

 Por último, o dano acumulado da estrutura (D) é avaliado por meio da regra de 

Palmgreen-Miner, e a vida total (L) calculada pela recíproca do dano. 

 No método Deformação-Vida, o passo que se segue a etapa de contagem de ciclos 

consiste no cálculo das amplitudes de deformação (>?) a partir das amplitudes de tensão de 

cada evento (>A), utilizando a equação constitutiva do material. Neste estágio também são 

contabilizados os efeitos localizados de plasticidade por meio da equação de Neuber (equação 

(22)). 

 Na etapa seguinte, a equação deformação-vida (equação (32)) é empregada para obter 

o número de ciclos completos (reversões) até a falha do componente - - �  - considerando o 

efeito das tensões médias de cada ciclo.  

 Na última etapa, a regra de acúmulo de dano de Miner é aplicada os dados gerados nas 

etapas anteriores produzindo uma estimativa do dano total (D) e da vida em fadiga do 

componente (L). 
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5 ANÁLISE NUMÉRICA - ESTUDO DE CASO 

Como demonstração, as metodologias aqui apresentadas serão utilizadas para avaliar o 

efeito de um carregamento vertical aplicado aos suportes da suspensão dianteria esquerda de 

um chassi de caminhão leve. O histórico de tensões é cálculado por meio do método da 

superposição modal, e a seção crítica identificada por meio dos diagramas de esforços 

internos. O método Rainflow é aplicado para contar os ciclos do histórico de tensões. Os 

métodos Tensão-Vida e Deformação-Vida são então utilizados para, juntamente com a regra 

de Miner, calcular o dano no ponto crítico.  

5.1 MODELAGEM DO CHASSI PELO MÉTODO DOS ELEMENTOS FINITOS  

5.1.1 Geometria 

A Figura 11 apresenta o modelo geométrico do chassi, com suas principais dimensões, 

construído por meio de um software CAD (Computed Aided Design) comercial. 

 

Figura 11 - Modelo geométrico do chassi (dimensões em mm). 
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5.1.2 Modelo de Elementos Finitos 

A partir da geometria do chassi proveniente de um sistema CAD foi gerado um 

modelo de elementos finitos. O software utilizado neste processo foi o código comercial 

Abaqus Student®. O sistema de coordenadas adotado para o modelo é tal que o eixo x 

corresponde a direção longitudinal do veículo; o eixo y, a direção transversal; e o eixo z, a 

direção vertical. 

Elementos do tipo casca (shell) são, em função de sua formulação matemática, o tipo 

de elemento mais simples disponível na biblioteca de elementos do código de elementos 

finitos, capaz de modelar apropriadamente o estado plano de tensões predominante neste tipo 

de aplicação. Adicionalmente, o controle do tamanho e distribuição dos elementos de casca 

permite atingir uma discretização mais fiel a topologia da estrutura, resultando em maior 

acuracidade no cálculo das tensões, e nas formas e frequências dos modos naturais de vibrar 

da estrutura. Entretanto, devido à restrição ao número máximo de nós do modelo (1000 nós) 

imposto pelo código de elementos finitos utilizado – o Abaqus Student® – optou-se por 

utilizar elementos de vigas. Conforme ressaltado por (LÍRIO, 2004) a discretização um chassi 

de caminhão por meio de elementos de viga é de tal maneira limitada que a geometria das 

abas e da alma resume-se à um único nó, responsável por representar as características 

mecânicas da seção da viga. Da mesma forma, as juntas entre longarinas e travessas são 

modeladas por um único nó, ignorando totalmente o caráter altamente não linear apresentado 

pelo contato entre as superfícies de conexão. Outra observação é que, ao passo que os modos 

globais de vibrar da estrutura modelada com elementos de viga podem ser calculados com 

alguma precisão (quando comparados a um modelo de cascas), os modos locais de vibrar da 

estrutura, pelo motivo citado acima, não podem ser acessados.  

Entretanto, mesmo em face das limitações decorrentes da modelagem com elementos 

de viga, vislumbrou-se também interessantes oportunidades, como por exemplo, a maior 
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velocidade no processamento das análises, e a exploração de recursos de pós-processamento 

disponíveis apenas para este tipo de elemento, como, por exemplo, os gráficos do tipo 

“bending moment-type plot”. Estes recursos permitiram uma examinação mais profunda do 

modelo, gerando um entendimento maior dos fenômenos envolvidos. Outra oportunidade 

também oferecida pelas limitações na formulação do tipo de elemento escolhido foi o 

aprofundamento na teoria de concentradores de tensões e seu efeito na vida em fadiga. A 

discretização das superfícies do chassi utilizando elementos de viga não permite capturar 

diretamente o efeito de concentradores de tensões tais como furos ou detalhes geométricos 

complexos - estes efeitos tiveram de ser contabilizados no cálculo de fadiga utilizando a teoria 

adequada. Um modelo de cascas com refinamento apropriado contabilizaria, por si só, e com 

boa precisão, o campo de tensões na região dos concentradores de tensão, porém, subtrairia a 

oportunidade de explorar a teoria dos concentradores de tensões no âmbito da ciência da 

fadiga mecânica. Outras simplificações do modelo incluem a supressão das suspensões e 

pneus do veículo, e a omissão de massas e momentos de inércia de componentes fixados às 

longarinas, tais como tanque de combustível, estepe, bateria, sistema de escapamento, entre 

outros. Por outro lado, as massas e momentos de inércia da cabine, do motor e transmissão, e 

da carroceria com a carga foram incluídos no modelo. 

Reforça-se, portanto, que a utilização do modelo simplificado utilizado neste trabalho 

tem finalidades estritamente acadêmicas, sendo capaz de gerar resultados precisos o suficiente 

para comparar as duas diferentes metodologias de cálculo de fadiga propostas neste texto, 

bem como avaliar os efeitos de métodos de cálculo de tensão alternativos, e  ponderar o efeito 

de fatores tal como coeficiente de amortecimento, na reposta da estrutura. Dessa forma, este 

modelo não tem pretensões, nem se presta a utilização na indústria, no âmbito do 

desenvolvimento de um caminhão real. 
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Devido a complexidade da geometria cada travessa foi representada por meio de um 

conjunto de 6 ou 8 elementos com perfis de seção diferentes, a fim de modelar mais 

apropriadamente a rigidez destes componentes e sua contribuição à rigidez total do conjunto. 

As propriedades das seções foram calculadas pelo próprio solver a partir da definição das 

caracteristicas geométricas de cada seção. Como o software em sua biblioteca de seções não 

oferece um perfil-padrão de seção do tipo U, que é o que melhor se aproxima do perfil das 

longarinas e travessas, utilizou-se o recurso “arbitray cross-section”, para especificar as 

características geométricas de cada seção. Ao todo foram definidas 14 seções para um total de 

146 elementos.  

O elemento utilizado foi o B31OSH: 2-node linear beam, open sections, hybrid 

formulation (viga linear de dois nós, seções abertas, formulação híbrida). A formulação 

híbrida foi escolhida devido ao seu tratamento mais refinado das forças axiais e cisalhamento 

transversal em comparação ao elemento tradicional. Este refino tem um potencial reflexo na 

rigidez tranversal da estrutura. O tipo “seções abertas”, por sua vez, foi selecionado devido a 

sua habilidade em considerar a ocorrência de empenamento (warping) no elemento, que tem 

contribuição significativa na resposta da estrutura. A Figura 12 ilustra o resultado da 

descretização da geometria do modelo em elementos de viga bem como as propriedades 

geométricas das seções e perfis utilizados. 

As propriedades de massa e inércia rotacional da cabine e do conjunto motor e 

transmissão foram modeladas aplicando massas não estruturais uniformemente distribuídas 

nos pontos de ancoragem localizados nas longarinas e na travessa de suportação do motor. A 

modelagem da carga paga foi efetuada da mesma maneira, conforme ilustrado na Figura 13. 
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Figura 12 – Propriedades geométricas das seções e perfis utilizados na discretização do chassi. 

 

��������� 	 �
����  � �  

��������� 	 �
����  ��� �  

����������������������������������
��
������������� ��  



46 
 

 

 

Figura 13 - Malha de elementos finitos do chassi com elementos de viga, e modelamento da carga 
paga. 

 

5.1.3 Material 

Foi assumido que todos os componentes da estrutura são manufaturados em um 

mesmo aço estrutural de alta resistência mecânica, cujas propriedades relevantes para o 

cálculo de tensões e fadiga estão relacionados na Tabela 1. 

Tabela 1 Propriedades do material do chassi. 

E 
(GPa) 

K’ 
(MPa) 

n’ 
(MPa) 

'
fs  

(MPa) 
b '

fe  c 
Sy 

(MPa) 
Sut 

(MPa) 
Se 

(MPa) 

207 1011 0,1695 805 -0,087 0,2613 -0,51 345 460 230 
 

Tabela 1 (Continuação) Propriedades do material do chassi. 

u  
r  

(Kg/m3) 

0,33 7870 
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5.1.4 Carregamento 

O histórico de carregamento atuante no chassi foi obtido em duas etapas. Na primeira 

etapa, o histórico de aceleração nos pontos de entrada de carga da suspensão foram 

aquisitados durante a passagem do caminhão por um trecho de uma rota de avaliação de 

durabilidade do campo de provas de um fabricante de veículos comerciais nacional. Em 

seguida, este histórico foi processado por meio de um modelo de Elementos Finitos do tipo 

Multicorpos para produzir o histórico de força resultante em cada ponto de entrada de carga. 

A  Figura 14 apresenta o histórico de força utilizado, e a Figura 15 ilustra o processo utilizado 

na sua obtenção. 

 

 

 
Figura 14 - Histórico de carregamento. 
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Figura 15 – Processo de obtenção do histórico de força nas entradas de carga do chassi. 
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5.1.5 Condições de Contorno 

 O histórico de carregamento é aplicado aos suportes da suspensão dianteria esquerda 

do caminhão. Todos os demais suportes da suspensão tem seus deslocamentos lineares 

restringidos (50=0, 51=0, 52=0). Os deslocamentos angulares não são restringidos, a fim de 

manter a estrutura o mais isostática possível, e assim evitar a ocorrência de tensões artificiais 

nas regiões dos suportes. Uma representação gráfica das condições de contorno e 

carregamento impostos ao modelo é apresentada na Figura 16. 

 
 

Figura 16 Aplicação das condições de contorno e carregamento ao modelo. 
 

5.2 CÁLCULO DO H ISTÓRICO DE TENSÕES POR MEIO DO MEF 

Para o cálculo do histórico de tensões do modelo foi utilizada a solução Transient 

Modal Dynamics Analysis (TDMA), do Abaqus Student®. A TDMA é uma análise transiente 

linear, que calcula a resposta de estruturas lineares submetidas à cargas que variam em função 

do tempo, por meio do Método da Superposição Modal. Esta solução requer uma etapa 
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preparatória de extração de um número pré-determinado de modos naturais de vibrar da 

estrutura (Análise Modal). 

5.2.1 Análise dos Modos Naturais de Vibrar da Estrutura 

 Os modos naturais de vibrar do modelo foram extraídos por meio da solução 

Frequency, do Abaqus. Esta solução resolve a equação do movimento livre sem 

amortecimento, apresentada abaixo, e calcula os autovetores e autovalores da estrutura. 

 Py Q65 7� Y P* Q65 7X Z (40) 

ondeS657Sé o vetor deslocamento dos elementos do sistema, [M] é a matriz de massa do 

sistema, e [K], a matriz de rigidez da estrutura. 

 Foram extraídos os 30 primeiros modos naturais de vibrar da estrutura. A  

Tabela 2 lista as frequências destes modos.  

Tabela 2 Trinta primeiros modos naturais de vibrar da estrutura. 

Modo Frequência (Hz) Modo Frequência (Hz) 

1 0,49 16 12,25 

2 3,02 17 13,51 

3 3,97 18 13,73 

4 4,29 19 13,86 

5 4,32 20 14,99 

6 5,02 21 15,44 

7 7,22 22 15,66 

8 7,24 23 16,20 

9 8,07 24 17,17 

10 8,20 25 17,85 

11 9,02 26 18,35 

12 9,54 27 19,42 

13 9,64 28 19,61 

14 9,73 29 20,49 

15 11,32 30 21,03 
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A Figura 17 apresenta graficamente os seis primeiros modos de vibrar da estrutura. As 

formas em verde representam a estrutura deformada, ao passo que as formas em cinza 

representam a estrutura em seu estado não deformado. 

 

 

 
(a) 
 

 
 

(b) 

 

(c) 

 

 
(d) 

 
 
 

 
(e) 
 

 
 

 
 

(f) 
 

Figura 17 - Seis Primeiros Modos Naturais de Vibrar da Estrutura: (a) 0,49 Hz, (b) 3,02 Hz, (c) 
3,97 Hz, (d) 4,29 Hz, (e) 4,32 Hz, (f) 5.02 Hz 
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Nesta etapa, é possível também avaliar de maneira simplificada se o conteúdo de 

frequências do carregamento é capaz de ativar as frequências naturais da estrutura. Utilizando 

um algoritmo de FFT (Fast Fourier Transform) podemos analisar o sinal do carregamento no 

domínio da frequência. Como mostra a Figura 18 o maior conteúdo de energia do sinal se 

encontra nas frequências até aproximadamente 15 Hz. Nesta faixa de frequências existem 

pelo menos 20 modos naturais de vibrar da estrutura que podem ser ativados pelo sinal. 

 

 

Figura 18 - FFT do sinal do carregamento. 

 

5.2.2 Análise Dinâmica Transiente Modal (Transient Dynamics Modal Analysis) 

Uma vez calculados os modos naturais de vibrar a próxima etapa consiste em conduzir 

a análise dinâmica transiente modal.  

Partiu-se de um modelo sem prescição de amortecimento, e no decorrer do trabalho o 

modelo foi modificado, incluindo o amortecimento, a fim de avaliar o seu impacto na resposta 

da estrutura. O amortecimento aqui referido é o amortecimento do próprio chassi, seja ele 

viscoso ou estrutural, uma vez que a modelagem adotada não inclui os elementos de 

amortecimento do sistema de suspensão do veículo. 

A análise modal dinâmica transiente não amortecida permitiu mapear o nó com maior 

magnitude de deslocamento da estrutura – o nó 114 – cujo deslocamento será utilizado como 
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referência para a avaliação da resposta das análises com amortecimento. Este nó é mostrado 

na Figura 19. A forma colorida representa a estrutura deformada, ao passo que a forma em 

cinza representa a estrutura em seu estado não deformado. 

 

 
 

Figura 19 - Resultado da Análise Modal Transiente mostrando o nó com máxima magnitude de 
deslocamento.  

 

5.2.3 Influência do Amortecimento na Resposta da Estrutura 

 Uma das formas de se modelar o amortecimento de uma estrutura é utilizando a 

Formulação de Amortecimento de Rayleigh. O amortecimento de Rayleigh é definido como 

uma matriz formada pela combinação linear da matriz de massa e da matriz de rigidez da 

estrutura.  

 Pz QX 9Py QY : P* Q (41) 

onde 9 é o fator de amortecimento proporcional à massa (mass-proportional damping 

coefficient); eS: é chamado fator de amortecimento proporcional à rigidez (stiffness-

proportional damping coefficient). 

 O conceito de amortecimento proporcional à massa é análogo a colocar a estrutura em 

um fluido viscoso, onde cada grau de liberdade com massa tem um amortecedor conectando-o 

ao chão. Já o amortecimento proporcional à rigidez representa as perdas associadas á geração 

de deformação nos elementos estruturais. 

Nó 114 
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 Para um sistema de múltiplos graus de liberdade, a fração do amortecimento crítico, 

J� , em uma determinada frequência, R�  (rad/s), pode ser expressa como: 

 J� X
9

 R�
Y

: R�


S (42) 

 
Nota-se, da expressão acima, que quando a frequência é baixa o amortecimento global 

da estrutura é dominado pelo amortecimento proporcional à massa, e quando a frequência é 

alta, prevalece o amortecimento proporcional à rigidez. 

O amortecimento de um chassi pode ter diversas fontes, tais como o atrito no grande 

número de juntas parafusadas, e a própria histerese interna do material.  Para este estudo não 

se dispunha do valor medido do amortecimento global do chassi, nem de resultados de testes 

que permitissem o seu cálculo. Além disso, o amortecimento varia com a frequência. Outra 

dificuldade na aplicação desta abordagem é que, na prática, raramente a distribuição de 

amortecimento de uma estrutura é conhecida. Para lidar com todas estas limitações, a seguinte 

estratégia foi utilizada para a estimativa do amortecimento: 

·  Foi selecionada a máxima e mínima frequência natural de resposta (dentro do 

intervalo de 30 modos extraídos na análise de autovores e autovetores); 

·  Estabeleceu-se um valor-alvo constante para a fração do amortecimento crítico para a 

faixa de frequências definida acima; 

·  Foram escritas duas equações da fração de amortecimento crítico para as frequências 

máximas e mínimas e resolveu-se o sistema para as duas incógnitas: 9 e : . 

Foram escolhidas as frequências do primeiro e trigésimo modo natural de vibrar da 

estrutura, 0,49 Hz (3,08 rad/s) e 21,03 Hz (132,14 rad/s), respectivamente.  

 A literatura recomenda a utilização de uma fração de amortecimento crítico entre 1 e 

10% (Dassault Systèmes, 2011). Optou-se em seguir esta recomendação e adotar uma fração 

de amortecimento dentro desta faixa. Entretanto, a fim de avaliar o impacto da fração de 

amortecimento crítico na resposta da estrutura, e ajudar a definir um valor adequado para este 
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parâmetro,  aplicou-se a estratégia acima para o cálculo da resposta da estrutura para 3 

diferentes frações de amortecimento: J� X [{ , J� X |{  e J� X [Z{ . 

 Assim, para J� X |{ , as seguintes equações de fator de amortecimento crítico 

baseadas na formulação de Rayleigh foram obtidas: 

Z�Z| X
9

 � }rZ~�
Y

: � }rZ~�


 

Z�Z| X
9

 � [}r[• �
Y

: � [}r[• �


 

E os coeficientes de Rayleigh calculados foram: 

9 X Zr}  rad/s 

: X €r•� [Z l•  s/rad 

 O mesmo procedimento foi aplicado para os cálculos dos coeficientes de Rayleigh 

para J� =1% e � ‚=10%. Os coeficientes resultantes foram: 9 X ZrZƒZ  rad/s e : X [r•~� [Z l•  

s/rad, para J� =1% e 9 X ZrƒZ[„ƒ  rad/s e : X [r•~� [Z l…  s/rad. 

A Tabela 3 e a Figura 20 apresentam os resultados do deslocamento para o nó 114 

para o modelo sem amortecimento e para o modelo com amortecimento de Rayleigh, no 

instante t=5s. Este instante foi escolhido aleatoriamente, uma vez que os resultados 

mostraram que o nó com maior deslocamento não se altera ao longo de toda a duração do 

carregamento.  Este fato será comprovado mais adiante, quando os coeficientes de influência 

para os modos forem calculados, e o impacto do número de modos na resposta for avaliado. 

Note que U é a magnitude de deslocamento, e Ux, Uy, e Uz, as componentes nas direções 

longintudinal, transversal e vertical, respectivamente. 
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Tabela 3 Resultados do deslocamento do nó 114 na Análise Modal Transiente para Diferentes 
frações de amortecimento crítico (t=5s). 

Fração de 
Amortecimento Crítico U (mm) Ux (mm) Uy (mm) Uz (mm) 

Sem amortecimento 902,75 0,02 10,75 902,68 

J†=1% 839,11 0,01 10,0 839,05 

J†=5% 663,24 0,01 7,91 663,19 

J†=10% 554,67 0,04 3,25 485,94 

 
 
 
 

 
Figura 20 - Impacto da fração de amortecimento crítico pela formulação de Rayleigh na 

resposta da estrutura. 

 

 Os resultados mostram que a resposta da estrutura varia sensivelmente dentro da faixa 

de amortecimento avaliada. A partir da curva da Figura 20, e na ausência de dados de testes 

para proceder uma seleção mais apropriada, adotou-se a fração de amortecimento de 3%. Este 

amortecimento produz uma resposta aproximadamente média entre os resultados obtidos no 

intervalo de frações de amortecimento investigado. A Tabela 4 apresenta a resposta do nó 114 

calculado com a fração de amortecimento de 3%. Note que para J� X }{ , temos 9 X Zr[~Zƒ  

rad/s e : X •� [Z l• . 
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Tabela 4 Resultados do deslocamento do nó 114 na Análise Modal Transiente (t=5s). 

Tipo de Amortecimento U (mm) Ux (mm) Uy (mm) Uz (mm) 

Amortecimento de Rayleigh 
(J†=3%) 737,77 0,013 8,797 737,712 

Amortecimento Modal 
(� †=3%) 738,32 0,013 8,806 738,267 

 

A Tabela 4 traz também o resultado do deslocamento para outra formulação de 

amortecimento, o Amortecimento Modal. Nesta formulação uma fração de amortecimento 

crítico é explicitamente especificada para cada modo de vibrar da estrutura. Assim, as 

equações do movimento permanecem desacopladas e apresentam a seguinte forma para cada 

modo: 

 , � 8‡�� � � Y � � 8‡�� � � Y " � 8� � � � X ˆ � � � �  (43) 
 

onde 8�  representam as coordenadas modais das equações de movimento desacopladas, e � �  é  

a fração de amortecimento crítico modal. 

A fim de comparar as duas formulações uma fração de amortecimento crítico modal 

de 3% foi prescrita para todos os 30 modos de vibrar extraídos na etapa de cálculo dos 

autovalores e autovetores, e a resposta do nó 114, no instante t=5s, foi comparada à resposta 

obtida utilizando a formulação de Rayleigh com fração de amortecimento crítico de 3%. 

Como notado da Tabela 5, a diferença entre as respostas obtidas com as duas abordagens de 

modelamento de amortecimento é insignificante (0,07% de variação). 

Assim, optou-se por adotar o amortecimento de Rayleigh com fração de 

amortecimento crítico de 3% para todas as análises conduzidas a partir deste ponto. 
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5.2.4 Efeito do Truncamento de Modos na Resposta da Estrutura 

Análises adicionais também foram conduzidas com a finalidade de investigar o efeito 

do truncamento de modos na resposta do chassi. Nestas análises o número de modos extraídos 

foi gradativamente reduzido e o deslocamento no nó 114 medido e comparado com o modelo 

com o maior número de modos extraído. Veja os resultados na Tabela 5. 

Tabela 5 Resultados da magnitude de deslocamento do nó 114 para diferentes números de 
modos (‰Š=3%, instante t=5s). 

Número de 
Modos 

U (mm) Variação* 

30 737,77 --- 

20 736,45 -0,18% 

10 734,36 -0,46% 

1 733,58 -0,57% 

*Variação com relação ao resultado do modelo com 30 modos. 
 

Os resultados demonstram que o número de modos extraídos tem pouco impacto na 

resposta da estrutura em face das condições de contorno e do carregamento aplicado. Esta 

observação é plenamente confirmada e justificada para este modelo quando se acessam os 

coeficientes de influência modal (ou fatores de participação modal) da função de resposta. 

Para o cálculo rigoroso de cada fator de participação modal seria necessário calcular a 

matriz de massa e rigidez generalizadas da estrutura, o que, devido ao tamanho do modelo, é 

impraticável. Assim, a estratégia abaixo será adotada para se estimar os coeficientes de 

participação modal. 

O vetor deslocamento pode ser expresso como uma função de uma base ortonormal, 

dada pela matriz dos autovetores da estrutura: 

 65 7X ] H�

G

� ‹ ^

6Œ� 7 (44) 
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onde O�  são os autovetores da estrutura, e n o seu número, e H�  são chamados coeficientes de 

participação modal. 

 65 7X P6Œ̂ 7S6Œ_7• S6ŒG7QŽ

Ĥ
H_
•

HG

•  (45) 

 65 7X PŒQ6H7S (46) 

 6H7X � PŒQTPŒQ� l ^PŒQT� 65 7 (47) 

Este sistema é superdeterminado, e uma estimativa para os coeficientes 8�  pode ser 

conseguida por meio do método dos mínimos quadrados. Como ilustração, a Figura 21 

apresenta graficamente a representação do vetor deslocamento de uma viga de 3 pontos 

nodais expresso em função de seus autovetores e coeficientes de participação modal.  

A Tabela 6 apresenta o vetor deslocamento para o ponto 114, e os primeiros 5 

autovetores da estrutura, no instante t=5s. 

 

Figura 21 – Exemplo de vetor deslocamento de uma viga expresso em função de seus autovetores 
e coeficientes de participação modal - Adaptado de (FILHO A. V., 2005). 
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Tabela 6 Componentes do vetor deslocamento para o ponto 114, e os primeiros 5 autovetores da 

estrutura, no instante t=5s. 

U(mm) 
‘ ^ =0,48 Hz ‘ _=3,02 Hz ‘ …=3,97 Hz ‘ • =4,29 Hz ‘ � =4,32 Hz 

Ô  O_ O… O•  O�  

0,0130227 1,69E-05 -0,00172 -4,48E-05 -0,00146 0,00293 

8,79695 0,01194 0,14636 -0,005404 0,07065 -0,14534 

737,712 1 -0,07365 0,111769 0,40574 0,22858 

 

 Assim, considerando os primeiros 5 autovetores da estrutura, temos, no instante t=5s, 

os seguintes fatores de participação modal, obtidos pelo método dos mínimos quadrados: 

Ĥ X  737,65 

H_ XS0,279 

H…XS0 

H• XS0 

H� XS0,354 

 E o deslocamento U, de qualquer nó ‘‘i”, no instante t=5s, pode ser calculado por meio 

da expressão 

 5 � X S€}€ rƒ| ’ Ô� “ Y Zr€„ ’ O_
� “ Y Z’ O…

� “ Y Z’ O•
� “ Y Zr}|• ’ O�

� “ (48) 

 
onde ’ OK

� “ é o j-ésimo autovetor no nó i no instante considerado.  

Assim, fica evidente que os deslocamentos de todos os nós da estrutura, no instante 

t=5s, são dominados pelo primeiro modo de vibrar da estrutura. Isto explica a razão pela qual, 

para esta estrutura, e para as condições específicas de contorno e carregamento utilizados na 

modelagem, a resposta independe do número de modos extraídos na primeira etapa. Se este 

procedimento for repetido para todos os instantes do carregamento será constatado que a 

afirmação acima é válida para todos eles. 
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5.3 DETERMINAÇÃO DA SEÇÃO CRÍTICA DO MODELO DE VIGAS 

 O primeiro passo para determinar a seção crítica da estrutura consiste em calcular as 

reações nos suportes e em seguida traçar os diagramas de esforços internos da estrutura. A 

seção crítica é aquela que apresentar maiores esforços internos. Como é impraticável executar 

esta tarefa para todos os instantes do carregamento, elegeu-se, aleatoriamente, o instante t=5s, 

para a definição da seção crítica da estrutura. Todas as análises conduzidas deste ponto em 

diante referem-se ao modelo amortecido com amortecimento de Rayleigh com ‰Š=3%, e 

número de modos extraídos igual a 10. 

A estrutura tem 4 pontos de apoio, sendo um livre, com 3 graus de liberdade. O 

carregamento é vertical. O problema é hiperestático. A Tabela 7 relaciona as reações nos 

apoios no instante t=5s, e a Figura 22 as apresenta graficamente. 

Tabela 7 Reações nos apoios da estrutura (t=5s). 

Nó Rx (N) Ry (N) Rz (N) 

18 -155,472 483,228 -3184,38 

38 -1890,22 -337,792 3421,83 

191 2047,77 -81,569 -4268,05 

 

 

 
Figura 22 - Reações nos apoios da estrutura (t=5s). 

 

 Os diagramas de esforços internos da estrutura são apresentados no formato “bending 

moment-type plot” disponível no Abaqus Student®. Neste tipo de diagrama, a magnitude da 

����� � ����� �

������ �



62 
 
variável em cada nó é indicada pela posição na qual a curva de contorno intercepta a linha de 

legenda de cores traçada perpendicularmente ao elemento. Os diagramas de força normal e 

cortante são apresentados na Figura 23, e os diagramas de momentos fletores e momento 

torsor compõem a Figura 24.  A Figura 25, por sua vez, traz os diagramas de tensão 

equivalente de Von Mises, tensão principal máxima e tensão principal mínima para toda 

estrutura no instante t=5s. A tensão equivalente de Von Mises consiste no segundo invariante 

deviatório do tensor de tensões (”_), e é comumentemente usada para prevenir escoamento do 

material quando submetido a qualquer condição de carregamento, a partir de resultados 

obtidos de testes unixais. É, portanto, bastante útil para a análise de deformação plástica de 

materiais metálicos, cujo comportamento independe da componente hidrostática do tensor de 

tensões. 

Em regime de fadiga uniaxial assume-se que o carregamento é proporcional, todos os 

carregamentos estão em fase, e a direção das tensões principais e deformações principais não 

variam com o tempo. Nestas condições, as trincas preferencialmente se iniciam e propagam 

perpendicularmente as direções (ou planos) que apresentam o maior range de tensões 

principais. Fora da hipótese de proporcionalidade do carregamento a regra da direção 

preferencial de propagação de trincas não é mais válida, e uma abordagem de cálculo de 

fadiga multiaxial deve ser empregada (NICOLLETI e FERREIRA, 2004).  

Neste caso em específico, os diagramas de forças e momentos isoladamente não 

forneceram susbsídios suficientes para identificar a seção mais crítica, porém quando 

analisados em conjunto com os diagramas de tensões de Von Mises e tensões principais 

indicam o elemento 8 como o mais crítico. 

Plotando as tensões de Von Mises para todos os elementos da estrutura, em todos os 

instantes do carregamento, pode-se confirmar que o elemento 8 é realmente o elemento mais 

crítico da estrutura – vide Figura 26. A máxima tensão identificada neste elemento foi uma 
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Tensão Principal Máxima de intensidade 359,7 MPa, no instante t=7.43 s. Ao longo de todos 

os instantes do carregamento as tensões no elemento 8 mantiveram-se acima das tensões dos 

demais elementos. 

Conforme comentado anteriormente, os métodos de predição de vida em fadiga mais 

utilizados são baseados na teoria uniaxial de fadiga. Esta teoria assume que uma trinca se 

origina em virtude da atuação de tensões principais normais ao plano da trinca. Assim, a 

amplitude de tensões principais é um fator de grande impacto na vida em fadiga de um 

componente. É recomendada, portanto, a utilização de um parâmetro chamado Tensão 

Máxima Absoluta, que consiste na tensão principal de maior intensidade no instante 

considerado. Como mostra a Figura 27, o comportamento do elemento 8 é exclusivamente 

uniaxial, com tensões principais mínimas nulas, o que faz com que a tensão principal máxima 

e a tensão de Von Mises tenham a mesma intensidade para todos os instantes do 

carregamento. Para este caso específico, a tensão máxima absoluta apresenta a mesma 

intensidade das tensões de Von Mises e Principal Máxima. 

A Figura 28 indica a localização da seção crítica na estrutura. 
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Figura 23 - Diagramas de (a) Força normal, (b) Força Cortante na direção Y, e (c) Força Cortante na Direção Z, para todos os 
elementos da estrutura no instante t=5s. 

(a) 

(b) 

(c) 
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Figura 24 - Diagramas de (a) Momento Fletor no Plano XZ, (b) Momento Fletor no Plano XY, e (C) Momento Torçor para todos os 
elementos da estrutura no instante t=5s. 

(a) 

(b) 

(c) 
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Figura 25 - Diagramas de (a) Tensão de Vons Mises, (b) Tensões Principais Máximas, e (c) Tensões Principais Mínimas para todos os 
elementos da estrutura no instante t=5s. 

(a) 

(b) 

(c) 
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Figura 26 - Tensão de Von Mises em todos os elementos da estrutura em todos os instantes do carregamento. 
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Figura 27 - Tensões Mínima Principal, Máxima Principal, e de Von Mises para o elemento 8, ao longo de toda a duração do 
carregamento. 
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Figura 28 - Localização da seção crítica. 

 

5.4 CONTAGEM DE CICLOS DE TENSÃO 

Conforme discutido seção 2.5, a fim de tornar possível a aplicação dos métodos 

desenvolvidos para a previsão de vida em fadiga, deve-se reduzir a complexa história do 

carregamento á uma série de eventos discretos. A ferramenta utilizada para esta tarefa são os 

métodos de contagem de ciclos. Neste trabalho foi empregado o algoritmo de contagem de 

ciclos (Rainflow) desenvolvido por (NIESLONY, A., 2009) com base na norma ASTM E 

1049-85 (AMERICAN SOCIETY FOR TESTING MATERIAL, 1999). Um filtro de 100 

MPa foi utilizado, de forma que ciclos com amplitudes de tensão menores que esta não serão 

contados individualmente. Isto porque a este nível de tensões a contribuição de tais ciclos ao 

dano acumulado da estrutura é pequena. 

 A aplicação do Rainflow ao histórico de tensões calculado para o elemento mais 

crítico da estrutura resultou em 13 eventos discretos, cujo número de ciclos, . , amplitude de 

tensão cíclica, >A, tensão média, AF , e tensão alternada, AE, estão relacionados na Tabela 8. 

 

 

Seção Crítica 



70 
 

Tabela 8 Resultado do Rainflow para o histórico de tensões na seção crítica. 

Evento n (Ciclos) >AS� y•� �  AE (MPa) AF  (MPa) 

1 0,5 106,60 53,30 324,90 

2 0,5 107,30 53,65 324,55 

3 0,5 157,72 78,86 349,76 

4 1 126,09 63,05 326,38 

5 1 125,95 62,98 319,51 

6 0,5 173,51 86,76 341,86 

7 0,5 176,83 88,42 343,52 

8 1 100,12 50,06 316,98 

9 1 131,06 65,53 323,26 

10 0,5 180,97 90,48 341,45 

11 0,5 138,08 69,04 320,00 

12 0,5 122,75 61,37 327,67 

13 0,5 103,89 51,95 318,24 

 

5.5 ANÁLISE DE FADIGA PELO MÉTODO S-N 

5.5.1 Estimativa do Limite Real de Fadiga do Material 

 O primeiro passo na aplicação do método S-N consiste na estimativa do limite real de 

fadiga do material, 3 , conforme descrito na seção 2.6.1. O limite nominal de fadiga do 

material do chassi, conforme indicado na Tabela 1, é 3 
+ = 230 MPa. Entretanto, este limite 

vale para um corpo de prova, de dimensões padronizadas, testado sob condições controladas. 

 Os fatores de modificação (ou fatores de Marin) são então usados para modificar 3 
+, 

adaptando-o às condições reais de utilização do componente em estudo.  

O fator de superfície, " E ,é dado pela seguinte expressão: 

 " # �= � Sut
�  (49) 
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Onde �  e �  são coeficientes tabelados que variam conforme o acabamento superficial 

do material. Assim, para aço manufaturado por laminação á quente, tem-se, da Tabela 6.2, 

de (SHIGLEY, 2006) – ver Anexo A – os seguintes coeficientes a e b: 

� SX |€r€ 

� SX UZr€[~ 

Como para este aço, 34 X •ƒZSMPa, logo: 

" # X Z�€Zƒ~ 

Expressões para o fator de tamanho, " $ , encontram-se disponíveis na literatura para 

seções girantes de seção circular. Entretanto, para seções não circulares o diâmetro das 

seção girante pode ser substituída por um diâmetro efetivo. O diâmetro efetivo é obtido 

igualando o volume de material tensionado á 95% da máxima tensão á mesma tensão 

atuando no espécime girante.�

 Para um sólido não girante, a relação entre o diâmetro efetivo, � , e a área tensionada á 

95%, � �r���  ,é dada pela expressão: 

 � � r�� � X ZrZ[Z•ƒ �  
_ (50) 

 
 A tabela 6.3 de (Shigley, 2006) – ver Anexo A - fornece a área � �r���  para o formato 

estrutural da seção do frame.  

 � � ��� � X ZrZ| –� Y Zr[ � � � � U –�  (51) 

 Para a seção crítica, identificada na Seção 5.3, tem-se: 

� X €[S,,SS

� X [~,,SS

– X [€r~S,,SS

� � X ƒr[S,,  

Resultando em: 
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� �r��� X ZZr„[S,, _ 

E, consequentemente: 

�  X [}~r|„S,,  

Da expressão 6-20 de (SHIGLEY, 2006) – ver Anexo A -  tem-se que para diâmetros 

entre 51 e 254 mm, o fator de tamanho é dado por: 

 " $ X [ �|[ S�  
l � �̂ �— (52) 

Assim: 
 

" $ X Zrƒ„ƒ  

O carregamento predominante nas longarinas é flexão. Segundo (SHIGLEY, 2006), 

o fator de carregamento neste caso é dado por: 

" % X [  

A estrutura opera á temperatura ambiente. Adotando T=20 °C, verifica-se da tabela 

6-4 de (SHIGLEY, 2006) – ver Anexo A - que o fator de temperatura será expresso por: 

" & X [  

Desejando uma confiabilidade de 95%, tem-se, da tabela 6-5, de (SHIGLEY, 2006) – 

ver Anexo A - a seguinte estimativa para o fator de confiabiliade: 

" ' X Z�~ƒ~ 

Nenhum outro efeito foi considerado neste estágio. De forma que o fator de efeitos 

diversos será considerado igual a 1. Assim: 

" ( X [  

Da multiplicação de todos estes fatores pelo limite nominal de fadiga, obtemos: 

3 X „~ Sy•�  
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5.5.2 Incorporação dos Efeitos de Concentração de Tensões na Seção Crítica 

Como a seção crítica localiza-se em um elemento de conexão entre a longarina e uma 

travessa, um fator de concentração de tensões geométrico, " ) , será introduzido no cálculo da 

vida para contabilizar o efeito das juntas parafusadas. Este efeito não foi capturado durante a 

etapa de cálculo de tensões devido à simplificação de geometria inerente à modelagem com 

elementos de vigas. Foi adotado um fator de concentração de tensões igual a r| , estimado 

com base em (SCHIJVE, 2004) – vide Figura 29 –  e com base na experiência do autor em 

análises MEF e medições de tensões em veículos reais. A construção de um modelo de casca 

do chassi detalhando a região de conexão entre a travessa e a longarina permitiria obter a 

tensão na vizinhança dos furos e a tensão numa região remota, permitindo assim calcular este 

fator com maior acuracidade.  

 

 
Figura 29 - Fatores de concentração de tensões para furos em placas planas. Fonte: (SCHIJVE, 

2004), Figura 3.28. 

 

 Para sua utilização em fadiga recomenda-se que este coeficiente seja ajustado através 

de um fator chamado sensitividade a entalhes, ˜ , que é uma função do material e do tamanho 

do entalhe. Desse ajuste resulta o fator de concentração de tensões em fadiga, " � . Entretanto, 

segundo (SHIGLEY, 2006), existe tamanha variabilidade nas curvas de resultados de testes de 
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˜ , que é seguro usar " �  = " )  na indisponibilidade deste dado. Além disso, mesmo nestas 

curvas, o valor de ˜  se aproxima muito da unidade para entalhes de raios maiores que 4 mm, 

como é o caso dos furos da travessa. Assim sendo, adotar-se-á o valor de 2,5 para " � . 

 Segundo (BANNANTINE, 1999), uma das formas de incorporar o efeito de 

concentração de tensões em uma análise de fadiga de alto ciclo é ajustar a curva 3 U -  para 

refletir o novo limite de fadiga resultante do acréscimo de " �  aos demais fatores 

modificadores de 3 
+. Este ajuste pode ser feito através do expoente de resistência a fadiga, � , 

da curva de Basquin. Este expoente é dado pela expressão: 

 � X U
[
}

™š›̂�
3̂ ���

3 
 (53) 

A incorporação do " �
 ao limite de fadiga é feito multiplicando o limite obtido 

anteriormente (98 MPa) pela recíproca de " �
. Assim: 

3 X Zr• � „~ � X }„ Sy•�  

Para o aço do chassi, 3̂ ��� X •[~ Sy•� , e o resultado de �  para o limite de fadiga 

corrigido é  

� X UZr}•}•  

 

5.5.3 Cálculo do Dano e Vida da Seção Crítica 

 As equações dos loci de falha de Goodman e Gerber – Equação (9) e Equação (10) – 

são então utilizadas para calcular a tensão de resistência à fadiga, 3� , e determinar se a vida 

referente ao ponto crítico é ou não infinita. Se 3�  < Se, então a vida do componente será 

infinita. Se 3�  > Se, então a vida é finita, e é estimada através da equação de Basquin 

modificada – Equação (11) – utilizando o expoente �  calculado na seção anterior. Os 
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resultados dos cálculos de 3�  pelos critérios de Goodman e Gerber para cada evento estão 

relacionados na Tabela 9. 

A tabela 9 também apresenta o dano resultante em cada evento, obtido por meio da 

equação (5).  

Tabela 9 Vida (œb•�  e Dano �s�  por evento na seção crítica pelo Método 	 U b , utilizando os 
critérios de falha de Goodman e Gerber. 

Evento 
Goodman Gerber 

3� S� y•� �   - �  d 3� S� y•� �   - �  d 

1 181,5 76,6 0,00653 106,4 363 0,00138 

2 182,2 75,7 0,0066 106,8 358 0,0014 

3 329 13,5 0,0369 186,9 70,3 0,00711 

4 217 45,5 0,022 127 217 0,00461 

5 206,2 52,8 0,0189 121,7 245 0,00408 

6 337,8 12,5 0,0399 193,8 63,3 0,0079 

7 349,2 11,4 0,0439 199,9 57,8 0,00865 

8 161 109 0,00921 95,3 499 0,002 

9 220,4 43,5 0,023 129,5 205 0,00488 

10 351,1 11,2 0,0446 201,5 56,5 0,00886 

11 226,8 40 0,0125 133,8 186 0,00269 

12 213,3 47,8 0,0105 124,6 229 0,00218 

13 168,6 95 0,00527 99,6 439 0,00114 

 

 O Dano Acumulado (\ ) é obtido, conforme a regra de Palmgreen-Miner, pela soma 

dos danos de cada evento, enquanto a vida total (ž) é dada pela recíproca do Dano 

Acumulado. Estes resultados estão relacionados na Tabela 10. 

Tabela 10 Dano Acumulado e Vida para a seção crítica do modelo pelo método 	 U b . 

Métrico Goodman Gerber 

Dano Acumulado 0,28 0,06 

Vida (ciclos) 3,57 17,58 
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 Comparando os resultados calculados para os dois critérios pode ser verificada uma 

grande diferença entre eles. O critério modificado de Goodman é conservativo se comparado 

ao critério de Gerber, para o qual a diferença moderada em termos de 3�  é amplificada pela 

relação logarítmica 3 U - . Entretanto, a curta vida obtida por meio de ambos os critérios 

parecem indicar que a operação da estrutura se enquadra melhor no regime de fadiga de baixo 

ciclo. Neste tipo de regime, efeitos importantes, como o comportamento inelástico em regiões 

de concentradores de tensões não são apropriadamente modelados pelo método Stres-Life. 

Esta condição é tratada de forma mais adequada por meio do método Deformação-Vida. 

 

5.6 ANÁLISE DE FADIGA PELO MÉTODO  Ÿ U    

 O ponto de partida para a aplicação do método ? U -  ao modelo de vigas é o resultado 

da contagem de ciclos executada na seção 5.3. Recapitulando, a aplicação do Rainflow ao 

histórico de tensões calculado para o elemento mais crítico da estrutura resultou em 13 

eventos discretos, cujo número de ciclos, . , tensão média, AF  e tensão alternada, AE, foram 

relacionados na Tabela 8. 

5.6.1 Incorporação dos Efeitos de Concentração de Tensões na Seção Crítica 

 Da mesma forma que no método 3 U - , decidiu-se incluir o efeito concentrador de 

tensões das juntas parafusadas que constituem a seção crítica. A incorporação deste efeito se 

dá através da correção da amplitude de tensões cíclicas pela abordagem de Neuber, ou, em 

termos práticos, resolvendo a equação  (29) para >A, considerando o " �  de 2,5. Foi escrito um 

algoritmo em MatLab® para resolver iterativamente esta equação pelo método de Newton-

Raphson, e os resultados de amplitude de tensão cíclica corrigida para cada evento do 

histórico de tensões estão relacionados na Tabela 11. A amplitude de tensões cíclica 

incorporando os efeitos de concentração de tensões foi denotada por >ABCD. 
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5.6.2 Cálculo dos Níveis de Deformação na Seção Crítica 

 A  Tabela 11 também apresenta a deformação total do elemento crítico, juntamente 

com suas componentes elásticas e plásticas, para cada evento do histórico reduzido.  Estas 

deformações foram calculadas por meio da equação constituiva do material (equação (28)), 

utilizando as tensões cíclicas corrigidas e as propriedades do material.  

 Na etapa seguinte, as deformações calculadas foram inseridas na equação deformação-

vida (equação (32)) para obter o número de ciclos completos (reversões) até a falha do 

componente (- � ). Lembrando que esta equação também incorpora o efeito das tensões 

médias de cada evento do histórico por meio da abordagem de Smith-Watson-Topper.  

 

Tabela 11 Correção de Neuber e Cálculo da Deformação Cíclica.  

Evento >AS� y•� �  >ABCD (MPa) >?)C)E¡  >? ¡ ¢£)�BC >?@¡¢£)�BC 

1 106,60 265,22 1,29.10-3 1,26.10-3 1,25.10-5 

2 107,30 266,92 1,30.10-3 1,27.10-3 1,30.10-5 

3 157,72 383,13 1,96.10-3 1,82.10-3 1,09.10-4 

4 126,09 311,88 1,54.10-3 1,49.10-3 3,25.10-5 

5 125,95 311,55 1,54.10-3 1,48.10-3 3,23.10-5 

6 173,51 415,82 2,19.10-3 1,98.10-3 1,77.10-4 

7 176,83 422,40 2,24.10-3 2,01.10-3 1,95.10-4 

8 100,12 249,41 1,21.10-3 1,19.10-3 8,69.10-6 

9 131,06 323,50 1,60.10-3 1,54.10-3 4,03.10-5 

10 180,97 430,47 2,30.10-3 2,05.10-3 2,17.10-4 

11 138,08 339,68 1,69.10-3 1,62.10-3 5,38.10-5 

12 122,75 303,99 1,50.10-3 1,45.10-3 2,79.10-5 

13 103,89 258,62 1,26.10-3 1,23.10-3 1,08.10-5 
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5.6.3 Cálculo do Dano e Vida da Seção Crítica 

 O dano em cada evento é calculo através da razão entre o número de ciclos do evento 

e a respectiva vida (- � ). O dano e a vida calculados para cada evento são mostradas na 

Tabela 12. 

Tabela 12 Dano e Vida calculados para cada evento do histórico reduzido de tensões.  

Evento n (Ciclos)  - �  d 

1 0,5 9,27.105 5,39.10-7 

2 0,5 8,96.105 5,58.10-7 

3 0,5 9,53.104 5,25.10-6 

4 1 3,58.105 2,79.10-6 

5 1 3,82.105 2,62.10-6 

6 0,5 6,29.104 7,95.10-6 

7 0,5 5,69.104 8,79.10-6 

8 1 1,45.106 6,92.10-7 

9 1 2,98.105 3,35.10-6 

10 0,5 5,15.104 9,71.10-6 

11 0,5 2,32.105 2,16.10-6 

12 0,5 4,10.105 1,22.10-6 

13 0,5 1,15.106 4,35.10-7 
 

 O dano acumulado (\ ) é obtidopor meio da regra de Palmgreen-Miner, pela soma dos 

danos a cada evento. A vida total (ž), por sua vez, é dada pela recíproca do dano acumulado. 

Assim, tem-se: 

\ X •rƒ[� [Z l�  

ž X Z�ZZZS�†�¤¥¦ 

 Verifica-se que a vida é muito maior que a estimada pelo método S-N, evidenciando o 

caráter conservativo daquele método quando comparado ao ?-N. Isto se deve ao fato de que o 

método S-N não admite plasticidade em nenhum grau, ao passo que o ?-N “convive” com a 
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plasticidade até o nível em que esta é capaz de iniciar uma trinca no material. Como resultado, 

estimativas de vidas mais longas e realísticas são obtidas por meio do método ?-N para 

estruturas operando em regime de fadiga de baixo ciclo. Em regime de alto ciclo ambas as 

abordagens produzem resultados semelhantes, visto que as deformações resultantes 

restringem-se ao campo elástico, que é bem modelado pelos dois métodos. 
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6 CONCLUSÕES 

A resposta de deslocamentos da estrutura devido à variação do amortecimento 

apresentou caráter não linear. O coeficiente de amortecimento de 3% produziu um resultado 

aproximadamente médio quando comparado aos resultados apresentados pelos coeficientes 

nos extremos da faixa recomendada na literatura (1a 10%).  

A análise dos coeficientes de influência modal mostrou que apenas um modo de vibrar 

é suficiente para capturar os efeitos dinâmicos relevantes para a resposta do chassi mediante 

as condições de contorno e condições de carregamento consideradas. 

O método Deformação-Vida mostrou-se como o mais adequado para a análise da 

estrutura sob as condições específicas de carregamento e restrições de deslocamento impostas 

neste estudo. Como a seção crítica opera em regime de fadiga de baixo ciclo a adoção de um 

critério de falha baseada no método Tensão-Vida pode levar à condenação de um projeto 

possivelmente viável, ou ao desenvolvimento de um componente superdimensionado.  
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7 SUGESTÕES PARA TRABALHOS FUTUROS 

Como idéias para trabalhos futuros, é possível fazer as seguintes sugestões: 

·  Avaliar o efeito de tensões residuais e relaxação de tensões no cálculo da vida em fadiga. 

·  Utilizar uma abordagem baseada na mecânica da fratura para avaliar o efeito de uma 

trinca ou defeito preexistente na vida em fadiga do chassi. 

·  Usar modelos constitutivos que considerem o acúmulo não linear de dano. 
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ANEXO A 
 

Tabelas, Figuras e Equações de Suporte ao Cálculo dos Fatores de Modificação do Limite de 

Fadiga Teórico do Material 
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ANEXO A: TABELAS, FIGURAS E EQUAÇÕES DE SUPORTE AO CÁLCULO DOS 

FATORES DE MODIFICAÇÃO DO LIMITE DE FADIGA TEÓRICO DO 

MATERIAL. 

 O primeiro passo na aplicação do método S-N consiste na estimativa do limite real de 

fadiga do material, 3 , conforme descrito na seção 2.6.1. O limite nominal de fadiga do 

material, 3 
+, vale para um corpo de prova de dimensões padronizadas, testado sob condições 

controladas. Os fatores de modificação (ou fatores de Marin) são então usados para modificar 

3 
+, adaptando-o às condições reais de utilização do componente. 

A.1. Fator De Superfície 

 O fator de superfície, " #  ,é dado pela seguinte expressão: 

 " # �= � Sut
�  (A.1) 

onde �  e �  são os coeficientes relacionados na  Tabela A.1, abaixo, e que variam conforme o 

acabamento superficial do material. 

��	
�������������
�������������������
������������ ��
��������
� SHIGLEY, 
!""#$�

Acabamento Superficial Fator �  Expoente �  

Retificado 1,34 -0,085 

Usinado ou laminado a frio 2,70 -0,265 

Laminado a quente 14,4 -0,718 

Como forjado 39,9 -0,995 

�

A.2. Fator de Tamanho 

 Expressões para o fator de tamanho, " $ , encontram-se disponíveis na literatura para 

seções girantes de seção circular. Entretanto, este diâmetro pode ser substituído por um 
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diâmetro efetivo. O diâmetro efetivo é obtido igualando o volume de material tensionado á 

95% da máxima tensão á mesma tensão atuando no espécime girante. Para um sólido não 

girante, a relação entre o diâmetro efetivo,��  , e a área tensionada á 95%, � �r���  ,é dada pela 

expressão: 

 � � r�� � X0,0104�  
2 (A.2) 

 
A Tabela A.2 fornece a área � �r���  para alguns formatos estruturais.  

��	
����!�%�&�
��� § ¨r©ª« �����������������
���'�'��������'����
� SHIGLEY (�
!""#$�

Formato Estrutural § ¨ r©ª«  

 

� �r��� X ZrZ[Z•ƒ �  
_ 

�  X Zr}€Z �  

 

 

� �r��� X ZrZ|¬�  
�  X Zr~Z~ ¬�  

 

 

� �r��� X ®
Zr[Z�� �

ZrZ|��S ¯SS �� ° ZrZ|�SSSS 
eixo 1-1 
eixo 2-2 

 

� �r��� X ®
ZrZ| ��

ZrZ| –� Y Zr[ � � � � U –� SSS 
eixo 1-1 
eixo 2-2 

�
 O fator de tamanho é dado em função do diâmetro efetivo por meio da expressão 

seguinte, de (Shigley, 2006). 

�



88 
 

�

 

" $ X

±
²
³

²
´ Zr~€„ �  

l � r̂ �—

Zr„[ �  
l � r̂ �—

[r•�  
l�r^�—

[ r|[ �  
l�r^�—

 

 

Zr[[ µ S�  µ  S†.  
  µ S�  µ [Z S†. (A.3) 
  r€„ µ S�  µ |[ S†.  
 |[ µ S�  µ |• S†.  

�

A.3. Fator de Carregamento 

 Conforme a expressão (A.4) de (Shigley, 2006), o fator de carregamento é dado por: 
 
 

" % X ¶
[

Zr~|
Zr|„

 

 

flexão  
 axial (A.4) 
 torção  
   

A.4. Fator de Temperatura�

 A tabela A.3, abaixo, relaciona o fator de temperatura em função da temperatura de 

operação do componente. Na tabela 3T representa a resistência á á temperatura de operação e 

3·T  é a resistência á tração á temperatura ambiente. 

��	
��������)������
��
��
���'���
���'���������
�� 
���'����
���
���������
������
��
��
� SHIGLEY (�!""#$�

Temperatura (°C) 	 ¸ � 	 ¹¸  

20 1,000 

50 1,010 

100 1,020 

150 1,025 

200 1,020 

250 1,000 

300 0,975 

350 0,943 

400 0,900 

450 0,843 

500 0,768 

�
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S
�

A.5. Fator de Confiabilidade�

A tabela A.4, abaixo, relaciona fatores de confiabilidade em função do nível de 

confiabilidade desejada. 

��	
����*���)������
�������	������
�
������+���
�  SHIGLEY (�!""#$�

Confiabilidade (%) Variante de Transformação 
º t  

Fator de Confiabilidade » ¼ 

50 0 1,000 

90 1,288 0,897 

95 1,645 0,868 

99 2,326 0,814 

99,9 3,091 0,753 

99,99 3,719 0,702 

99,999 4,265 0,659 

99,9999 4,753 0,620 

�
�
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APÊNDICE A 
 

Algoritmos em MatLab® para o Cálculo de Vida em Fadiga 
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APÊNDICE A.1: ALGORITMO “LIFE_CALCULATOR.m” 
 
 
clear all  
close all  
clc  
   
disp( '######################' )  
disp( 'Life Calculator' )  
disp( '######################' )  
  
disp( 'Reading Stresses' )  
  
signal = load( 'stress_history.txt' );  
signal_tp = sig2ext(signal); %extract turning points if necessary, see ref 
(NIESLONY, 2009)  
  
disp( 'Performing Rainflow' )  
  
rf = rainflow(signal_tp);  
  
figure, rfhist(rf,30, 'ampl' )  
figure, rfhist(rf,30, 'mean' )  
figure, rfmatrix(rf,30,30)  
  
%rf = rainflow(signal); %see ref (NIESLONY, 2009)  
  
s_ampl0 = rf(1,:);  
s_mean0 = rf(2,:);  
s_cycles0 = rf(3,:);  
  
s_range0 = 2*s_ampl0;  
  
range_cutoff = 30;  
  
idx = find(s_range0 > range_cutoff);  
  
s_ampl = s_ampl0(idx);  
s_mean = s_mean0(idx);  
s_cycles = s_cycles0(idx);  
s_range  = s_range0(idx);  
  
disp( '    Cycles    Range    Amplitude  Mean' )  
rainflow_table = [s_cycles' s_range'  s_ampl'  s_me an'];  
disp(rainflow_table)  
  
disp( 'Constitutive Equation and Neuber Analysis' )  
  
s_range_corr = zeros(size(s_range));  
for  count = 1: length(s_range),  
    s_range_corr(1,count) = Neuber_3(s_range(1,coun t));       
end  
  
rainflow_table = [s_cycles' s_range'  s_ampl'  s_me an'  s_range_corr'];  
  
disp( 'Calculating Delta Epsilon' )  



92 
 
  
DEps=zeros(size(s_range));  
for  count = 1: length(s_range),  
    DEps(1,count) = constitutive(s_range_corr(1,cou nt));       
end  
   
rainflow_table = [s_cycles' s_range'  s_ampl'  s_me an'  s_range_corr'  
DEps'];  
  
disp( 'Nf calculation' )  
  
nfcalc=zeros(size(s_range));  
for  count = 1: length(s_range),  
    nfcalc(1,count) = SWT(s_range_corr(1,count) ,s_ mean(1,count) 
,DEps(1,count));       
end  
  
rainflow_table = [s_cycles' s_range'  s_ampl'  s_me an'  s_range_corr'  
DEps' nfcalc'];  
  
% Cálculo do Dano  
  
disp( 'Damage Calculation' )  
  
Di=0;  
for  count = 1: length(s_cycles),  
    Di(1,count)=s_cycles(1,count)/nfcalc(1,count) ;  
    Li(1,count)=1/Di(1,count);  
end  
  
  
%Escreve os resultados em arquivo na formatação cor reta  
disp( 'Exporting Output File' )  
  
file_id = fopen( 'nf_results.txt' , 'w' );  
fprintf(file_id, 'Cycles Range    Ampl     Mean    Neuber   DEps          Nf          
D       ' );  
[nlines,ncols] = size(rainflow_table);  
for  count = 1:nlines,    
    cyc = rainflow_table(count,1);  
    rng = rainflow_table(count,2);  
    amp = rainflow_table(count,3);  
    mn = rainflow_table(count,4);  
    neu = rainflow_table(count,5);  
    deps = rainflow_table(count,6);  
    nf = rainflow_table(count,7);  
    di = Di(1,count);  
    if (nf>1e10), nf = Inf; end  
     
     
    fprintf(file_id, '%-5.2f  %-5.2f   %-5.2f   %-5.2f   %-5.2f   %-1.6f    
%-1.3e   %-5.6f  \n' ,cyc,rng,amp,mn,neu,deps,nf,di);  
end  
fclose(file_id);  
  
  
filename = 'excel_results.xls' ;  
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results_table = [s_cycles' s_range'  s_ampl'  s_mea n'  s_range_corr'  DEps' 
nfcalc' Di'];  
  
colnames = 
{ 'Cycles' , 'Range' , 'Amplitude' , 'Mean' , 'Neuber' , 'DEps' , '2Nf' , 'Damage' };  
  
xlswrite(filename,results_table, 'Sheet1' , 'A2' );  
xlswrite(filename,colnames, 'Sheet1' , 'A1' );  
  
disp( 'analysis Complete: Please check output file' )  
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APÊNDICE A.2: FUNÇÃO “constitutive.m” 

 

function [DEps]=constitutive(dsigma)  
  
% Dados de Entrada  
  
E= 207000;           % Modulo de Elasticidade (Young) [Pa]  
sigflinha= 805;     % fatigue strength coefficient    
epsflinha= 0.2613;    % fatigue ductility coefficient  
b= -0.0865;          % fatigue strength exponent  
c= -0.5103;           % fatigue ductility exponent  
nlinha=0.1695; % cyclic strain hardening exponent  
klinha=1011; % cyclic strength coefficient  
r=1/nlinha;  
kf=1; % fatigue notch factor  
x=400; %chute inicial de deltasigma  
 
DEps=(dsigma/E)+2*(dsigma/(2*klinha))^r;  
  
end  
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APÊNDICE A.3: FUNÇÃO “SWT.m” 

 
function [nfcalc]=SWT(deltasigma,sigma0,DEps)  
  
  
% CALCULA Nf  
  
% Dados de Entrada  
  
E= 207000;           % Modulo de Elasticidade (Young) [Pa]  
sigflinha= 805;     % fatigue strength coefficient    
epsflinha= 0.2613;    % fatigue ductility coefficient  
b= -0.0865;          % fatigue strength exponent  
c= -0.5103;           % fatigue ductility exponent  
twonf=10^4 ; % chute inicial de 2Nf  
sigmax=(deltasigma/2)+sigma0;    
x=twonf; % 2Nf  
  
% Metodo Iterativo  
  
N= 10^6;                  % Numero maximo de iterações  
err= 10^-4;                    % Erro maximo permitido  
  
 depsby2=(DEps/2);  
  
  
while  (N>0)  
        
  % Função e Derivada do problema  
  elas=((sigflinha^2)/E)*(x^(2*b)); 
 
  plas=epsflinha*sigflinha*(x^(b+c)); 
 
  F=elas+plas-depsby2*sigmax;      
  
  delas=2*b*((sigflinha^2)/E)*(x^(2*b-1)); 
 
  dplas=(b+c)*epsflinha*sigflinha*(x^(b+c-1)); 
 
  F1=delas+dplas; 
 
  xi=x-(F/F1); 
 
  if  isinf(xi), xi = 1e16; end ;  
 
     
    % Processos de checagem  
     
    if  ((x-xi)<err)         % Se a variação de Fo-F for menor que err  
                            % determina o valor vf da estrutura.  
        nfcalc= xi/2;  
    end  
     
    % Renova os valores de iteração e de x  
    N= N-1;                 % Anda uma iteração  
    x=xi;  
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    % Criterio de convergencia  
     
    if  (N==0 &(x-xi)>err)   % Se acabou as iterações e o err ainda não foi  
                            % atingido, retorna a seguinte mensagem.  
        disp( 'Número de iterações máximo, resultado não convergi u' );  
    end    
     
end  
  
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 



97 
 
APÊNDICE A.4: FUNÇÃO “Neuber.m” 

 
 
function [nfcalc]=Neuber(deltastress)  
  
% Dados de Entrada  
  
E= 207000;           % Modulo de Elasticidade (Young) [Pa]  
sigflinha= 805;     % fatigue strength coefficient    
epsflinha= 0.2613;    % fatigue ductility coefficient  
b= -0.0865;          % fatigue strength exponent  
c= -0.5103;           % fatigue ductility exponent  
nlinha=0.1695; % cyclic strain hardening exponent  
klinha=1011; % cyclic strength coefficient  
r=1/nlinha;  
kf=1; % fatigue notch factor: =1 for CAE  
x=400; %chute inicial de deltasigma  
  
% Metodo Iterativo  
  
N= 10^6;                  % Numero maximo de iterações  
err= 10^-4;                    % Erro maximo permitido  
  
 while  (N>0)  
     
% Função e Derivada do problema  
  notch=((x^2)/(2*E))+(x^(1+r))/((2*klinha)^r);  
  remoto=((kf*deltastress)^2)/(2*E);  
  F=notch-remoto;  
       
  dremoto=0;  
  dnotch=(x/E)+(1+r)*((x)^r)/((2*klinha)^r);  
  F1=dnotch+dremoto;  
  xi=x-(F/F1);  
       
    % Processos de checagem  
     
    if  ((x-xi)<err)         % Se a variação de Fo-F for menor que err  
                            % determina o valor vf da estrutura.  
        nfcalc= xi;  
    end  
     
    % Renova os valores de iteração e de x  
    N= N-1;                 % Anda uma iteração  
    x=xi;  
     
    % Criterio de convergencia  
     
    if  (N==0 &(x-xi)>err)   % Se acabou as iterações e o err ainda não foi  
                            % atingido, retorna a seguinte mensagem.  
        disp( 'Número de iterações maximo, resultado não convergi u' );  
    end    
     
end  

 


