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PRÁCE
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čas, který byl ochoten mi věnovat, a za nesčetné množstv́ı odborných rad, kterými mě dovedl
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5.5 Mapa vzork̊u, odhad iniciace porušeńı . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 32

6 Kalibrace 33
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Seznam použitých symbol̊u

ε̂ [-] Nominálńı (smluvńı) deformace

ε [-] Skutečná (logaritmická) deformace

εe [-] Elastická deformace

εp [-] Plastická deformace

ε [-] Ekvivalentńı (akumulovaná) plastická deformace

ε̇
∗

p [-] Rychlost ekvivalentńı akumulované plastické deformace

σ̂ [MPa] Nominálńı (smluvńı) napět́ı

σ [MPa] Skutečné napět́ı

σ [MPa] Tenzor napět́ı

σY [MPa] Okamžitá mez kluzu

σ1,2,3 [MPa] Hlavńı napět́ı

tr(σ) [MPa] Stopa tenzoru napět́ı

E [MPa] Young̊uv modul pružnosti v tahu

E [MPa] Modul zpevněńı

δE [%] Odchylka stanoveného modulu pružnosti od běžné hodnoty

A,B,C,n,m [-] Parametry model̊u plastického zpevněńı

T [°C] Teplota

T* [-] Bezrozměrná homologovaná teplota

F [N] Śıla

A0 [mm2] Počátečńı pr̊uřez vzorku

A [mm2] Okamžitý pr̊uřez vzorku

l0 [mm2] Počátečńı délka vzorku

l [mm2] Okamžitá délka vzorku

f [-] Obecně definovaná funkce

S [Mpa] Deviátor tenzoru napět́ı

S1,2,3 [MPa] Deviatorická hlavńı napět́ı

J1 [MPa] Prvńı invariant deviátoru napět́ı

J2 [MPa2] Druhý invariant deviátoru napět́ı

J3 [MPa3] Třet́ı invariant deviátoru napět́ı

p [MPa] Hydrostatický tlak

q [MPa] Von Misesovo napět́ı

θ [-] Lodeho úhel

θ [-] Normalizovaný Lodeho úhel

ξ [-] Lodeho parametr

η [-] Triaxialita napět́ı

ηav [-] Pr̊uměrná triaxialita napět́ı

θ [-] Pr̊uměrná hodnota normalizovaného Lodeho úhlu
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δ [-] Kroneckerovo delta

Φ(σ) [MPa] Mezńı plocha plasticity

εf [-] Kritická lomová deformace

εf(...) [-] Lomová funkce

C1..6 [-] Parametry jednotlivých nesvázaných model̊u tvárného porušováńı

RF [N] Reakčńı axiálńı śıla vzorku

RM [Nmm] Reakčńı torzńı moment vzorku

D [-] Fiktivńı (skalárńı) parametr poškozeńı

Fav [-] Funkcionál definuj́ıćı chybu analytického řešeńı na základě

pr̊uměrovaných hodnot

FD [-] Funkcionál definuj́ıćı chybu analytického řešeńı na základě fik-

tivńıho poškozeńı

Re [MPa] Mez kluzu

Rm [MPa] Mez pevnosti

A [%] Tažnost

Z [%] Kontrakce

PRESS [MPa] Hydrostatický tlak v prostřed́ı Abaqus

MISES [MPa] Von Misesovo napět́ı v prostřed́ı Abaqus

INV3 [MPa] Třet́ı invariant deviátoru napět́ı v prostřed́ı Abaqus

PEEQ [-] Ekvivalentńı plastická deformace v prostřed́ı Aabqus
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1 Úvod

Porušováńı součást́ı je nežádoućım jevem, v jehož d̊usledku docháźı ke ztrátě funkčnosti

jednotlivých součást́ı nebo celých konstrukćı. Výsledkem mohou být značné komplikace a v

horš́ıch př́ıpadech také ztráta lidských život̊u. Je tedy účelné zkoumat porušováńı součást́ı

již během jejich návrhu, což pomůže eliminovat fatálńı selháńı v pr̊uběhu jejich životnosti.

Takový postup si klade za ćıl snižovat nejen množstv́ı výjimečných událost́ı, ale s ohledem

na bezpečnost také efektivńı využit́ı materiál̊u.

Jedńım z mechanismů porušeńı je tvárný lom. Jeho popis je však v pojet́ı klasické lomové

mechaniky velmi náročný a v praxi obt́ıžně proveditelný. Účinnou alternativou k lomové me-

chanice je discipĺına mechanika poškozeńı kontinua, jej́ıž poznáńı je již dlouho známé, sv̊uj

potenciál však nalézá až s výkonnou výpočetńı technikou a s rozvojem simulaćı metodou

konečných prvk̊u. Je založena na představě o poškozeńı materiálu jednorázovým přet́ıžeńım

(může nastat tvárné či křehké porušeńı), nebo cyklickým zatěžováńım (únava materiálu).

Vlivem zatěžováńı docháźı ke kvalitativńım změnám v chováńı materiálu, které jsou in-

dikovány ztrátou tuhosti a schopnosti přenášet daľśı zat́ıžeńı. Pokud mı́ra poškozeńı dosáhne

mezńı hodnoty, dojde k porušeńı materiálu. Mezńı mı́ra poškozeńı je dána zejména me-

chanickými vlastnosti materiálu, lokálńı napjatost́ı, rychlost́ı deformace a dále také teplotou

a historíı zatěžováńı. V inženýrské praxi je poptávka po věrných a dostupných predikćıch

mechanické odezvy materiál̊u. Bylo vytvořeno mnoho fenomenologických model̊u, které si

kladou za ćıl co nejvěrněji popsat skutečný proces poškozováńı tak, aby jej bylo možné repro-

dukovat pomoćı metody konečných prvk̊u. I přes tuto snahu je však velmi obt́ıžné dosáhnout

univerzálńıho nástroje, který by problematiku zvládal dokonale. Tento výpočetńı nástroj

skrývá velký potenciál, problémem však z̊ustává, že většina fenomenologických model̊u byla

vyvinuta pro speciálńı aplikace, a tud́ıž je neńı možné použ́ıt univerzálně. Je tedy potřeba

pro daný problém zvolit vhodný model. Jeho validace však znamená potřebu prováděńı

mnoha experiment̊u a źıskáńı experimentálńıch dat. Je nutné provádět poměrně rozsáhlá

testováńı a zmapovat celou škálu vzork̊u v odlǐsných podmı́nkách. Takový postup je náročný

na lidské a finančńı zdroje, je proto potřeba pro daný problém naj́ıt určitou rovnováhu mezi

komplexnost́ı modelu a jeho kvalitou. K tomu je však zapotřeb́ı zkušenost́ı a kvalifikovaného

odhadu.
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2 Ćıle práce

V tomto odstavci jsou představeny ćıle práce a postup jejich dosažeńı. Prvńım ćılem této

práce je seznámit se s teoretickými základy fenomenologických model̊u tvárného porušováńı a

s řešeńım nelineárńıch úloh v prostřed́ı konečnoprvkových simulaćı (kapitola 3). Po obeznámeńı

se se současným stavem poznáńı následuje převzet́ı experimentálńıch dat a jejich základńı

zpracováńı (kapitola 5). To vyžaduje zejména pochopeńı pr̊uběhu experimentálńıho měřeńı,

extrakce relevantńıch dat a stanoveńı základńıch materiálových parametr̊u, jako je modul

pružnosti v tahu, mez kluzu a pevnosti, křivka zpevněńı. Dále je potřeba identifikovat plas-

tické chováńı materiálu s navazuj́ıćı MKP analýzou jednotlivých vzork̊u. Z analýzy lze źıskat

data potřebná k nalezeńı vhodného modelu tvárného porušeńı a jeho kalibraci (kapitola 6). V

závěru práce jsou se zvoleným kalibrovaným modelem tvárného porušeńı provedeny kontrolńı

simulace vybraných vzork̊u a jejich následná analýza (kapitola 7).

Budou vytvořeny MKP modely, na kterých bude proveden výpočet plastické odezvy s

měřeńım potřebných parametr̊u ve vybraných uzlech śıtě. Z těchto dat pak na základě odhadu

proběhne identifikace kritických okamžik̊u, kdy zač́ıná docházet k tvárnému porušováńı a

budou vybrány uzly, které jsou podezřelé z iniciace poškozeńı. Po identifikaci bude možné

přistoupit k ověřeńı vhodnosti použit́ı vybraných model̊u tvárného porušováńı a jejich následná

kalibrace. Samotná kalibrace by měla být rozdělena do v́ıce část́ı, které se skládaj́ı z nalezeńı

počátečńıho přibĺıžeńı na základě zjednodušeného výpočtu a následný krok optimalizace.

Výstupem bude kalibrovaný model tvárného porušeńı, který bude ověřen kontrolńı simulaćı

vybraných vzork̊u. V závěrečné fázi bude posouzena kvalita kalibrace a zhodnoceńı vliv̊u,

které do této problematiky vstupuj́ı.

Práce využ́ıvá experimentálńı data, která byla též využita nebo vytvořena v praćıch

[10,42].
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3 Současný stav problematiky tvárného porušováńı

3.1 Plasticita

Při popisu zatěžováńı kovových materiál̊u tahem se běžně použ́ıvá záznam silové odezvy v

závislosti na prodloužeńı a z něj odvozený tahový diagram (obr.1). S nar̊ustaj́ıćım zat́ıžeńım

je dosažen limitńı stav napjatosti, při kterém v materiálu nastanou nevratné změny, které

se projev́ı rozd́ılným pr̊uběhem závislosti napět́ı na deformaci při zatěžováńı a odlehčováńı.

Pokud je odlehčovaćı křivka shodná s křivkou zatěžovaćı, pak v tělese docháźı pouze k ela-

stickým (tedy vratným) deformaćım. Závislost mezi napět́ım a touto deformaćı bývá u kov̊u

v́ıce či méně lineárńı, podstatné však je, že se těleso vraćı do svého p̊uvodńıho stavu beze

změny rozměr̊u a tvaru. Pokud při zatěžováńı překonáme limitńı stav napjatosti, křivka

odlehčováńı se již nebude shodovat s křivkou zatěžováńı a po úplném odlehčeńı lze po-

zorovat trvalé (plastické) deformace. U běžných kovových konstrukčńıch materiál̊u prob́ıhá

odlehčováńı po př́ımce, která je rovnoběžná s p̊uvodńı lineárńı část́ı pracovńıho diagramu.

Celkovou deformaci lze rozdělit na elastickou složku a plastickou složku.

ε = εe + εp (1)

Pro jednoosou napjatost lze po jednoduché úpravě vyjádřit zbytkovou plastickou část

εp = ε − εe. (2)

Elastickou část εe lze stanovit z předpokladu, že by si těleso po celou dobu zatěžováńı za-

chovalo své lineárńı vlastnosti

εe =
σ

E
, (3)

kde E je Young̊uv modul pružnosti.

Obrázek 1: Tahový diagram [1]
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Z tahové zkoušky můžeme źıskat experimentálńı data, která umožńı interpolovat pra-

covńı diagram. Abychom však byli schopni modelovat materiál v elastoplastickém stavu, je

nezbytné zavést konstitutivńı model, který vyjádř́ı experimentálńı závislost mezi napět́ım σ

a deformaćı ε daného materiálu. [2–6]

Nejjednodušš́ım ze zaváděných konstitutivńıch model̊u je ideálně plastický materiál, bez

plastického zpevněńı. Takový, velmi zjednodušený, model uvažuje po dosažeńı meze kluzu

libovolnou plastickou deformaci. Nacháźı své opodstatněńı ve výpočtech limitńıch zat́ıžeńı

mnohonásobně staticky neurčitých konstrukćı nebo konstrukćı, které plastizuj́ı pouze

v oblastech s koncentraćı napět́ı, zat́ımco podstatné části nosných pr̊uřez̊u z̊ustávaj́ı elastické.

Pro modelováńı tvárného porušeńı je však nepoužitelný právě z d̊uvodu absence popisu

plastického zpevněńı [3, 7].

Pokud bychom nahradili konstantńı funkci plastického zpevněńı lineárńı funkćı s vhodně

zvolenou směrnićı, dostaneme jednoduchý model, který se snaž́ı v́ıce napodobit skutečné

elastoplastické chováńı materiálu. Zaváděná směrnice se označuje E a nazývá se modul

zpevněńı. Na rozd́ıl od předchoźıho modelu tento umožňuje v omezené mı́̌re sledovat

plastické chováńı materiálu, vhodný je tak zejména pro jednodušš́ı aplikace a ručńı výpočty.

Pro podrobněǰśı zkoumáńı elastoplastického stavu během simulace je stále nevhodný, jelikož

nedostatečně přesně popisuje chováńı materiálu [3, 5, 7].

Obrázek 2: Porovnáńı model̊u plastického zpevněńı: (a) ideálně plastický model, (b) model s lineárńım

plastickým zpevněńım, (c) model s nelineárńım plastickým zpevněńım [8]

Daľśım zp̊usobem popisu je vytvořeńı po částech lineárńıho modelu, který je schopný,

při vhodné délce úsek̊u, poměrně dobře popsat plastické chováńı. Mnohem výhodněǰśı se ale

zdá být nelinárńı analytický popis [7, 9]. Lze už́ıt r̊uzně navržených funkćı, pro modelováńı

v programu ABAQUS byl zvolen model plastického zpevněńı Johnson-Cook [28], který je

př́ımo implementován

σY = (A +Bεnp)(1 +Cln(ε̇p
∗

))(1 − T ∗
m
), (4)

kde σY je okamžitá mez kluzu, T ∗ homologická teplota a ε̇p rychlost ekvivalentńı plastické

deformace

T ∗ =
T − Troom

Tmelt − Troom
, ε̇

∗

p =
ε̇p

ε̇
0
p

. (5)
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V našem př́ıpadě neuvažujeme vliv teploty ani rychlosti deformace. Pokud polož́ıme

rychlost deformace ε̇
∗

p=0 a též i teplotu T ∗=0, zanedbáme tyto vlivy a rovnice (4) přejde do

tvaru

σY = A +Bεnp (6)

který je označován jako Ludwik̊uv model [3, 7, 9, 10].

Standardńım výstupem tahové zkoušky je smluvńı diagram, udávaj́ıćı závislost smluvńıho

napět́ı na nominálńı deformaci. Smluvńı diagram je velmi jednoduchý k sestrojeńı, jelikož

stač́ı znát pouze počátečńı délku a pr̊uřez vzorku, ze kterých je možno stanovit smluvńı napět́ı

σ̂ =
F

A0
(7)

a nominálńı deformaci

ε̂ =
∆l

l0
. (8)

Nominálńı deformace však neńı aditivńı, neńı možné tedy sč́ıtat jej́ı jednotlivé př́ır̊ustky

prodloužeńı. Z tohoto d̊uvodu ji nelze použ́ıt k inkrementálńım výpočt̊um a pro kalibraci

model̊u vzniká potřeba vytvořit závislost skutečného napět́ı σ na skutečné (logaritmické)

deformaci ε. Skutečné napět́ı a deformaci pak definujeme takto

σ =
F

A
= (1 + ε̂)σ̂ (9)

ε = ln
l

l0
= ln(1 + ε̂). (10)

Pro kalibraci model̊u plastického zpevněńı je dále nutné rozdělit celkovou deformaci ε na

elastickou a plastickou část užit́ım rovnic (2), (3)

εp = ε −
σ

E
. (11)

Ze závislosti σY (εp) již lze provádět identifikaci parametr̊u modelu [11]. Ačkoliv ne všechny

materiály vykazuj́ı výraznou mez kluzu, obecně se pro fenomenologickou teorii plasticity

předpokládá existence stavu (rozhrańı), který stanov́ı, zda byl materiál v daném mı́stě již

plastizován, či nikoliv. Pro jednoosou napjatost se považuje za tuto hranici okamžitá mez

kluzu, tedy plat́ı, že elastoplastický stav nastává po překročeńı okamžité meze kluzu. Pro

př́ıpady v́ıceosé napjatosti nelze uplatnit takové pravidlo, lze však formulovat obdobnou

podmı́nku plasticity ve tvaru

Φ(σ) = f(σ) − σY (εp) = 0. (12)

Takto definovaným kritériem bude vytvořena pro obecné materiály plocha v 6D prostoru, pro

izotropńı materiál pak plocha ve 3D prostoru, označovaná jako mezńı plocha plasticity. Za

podmı́nky, že se napjatost nacháźı uvnitř této mezńı plochy, bude těleso ve stavu elastickém,

v opačném př́ıpadě se těleso nacháźı v elastoplastickém stavu [3, 4, 6, 10].

V modelu kontinua lze napjatost v libovolném bodě popsat tenzorem napět́ı. Tenzor

napět́ı je možné, d́ıky symetrii prameńıćı z podmı́nek rovnováhy, vyjádřit užit́ım 6 složek

pro obecně zvolený souřadnicový systém. Při uvažováńı izotropńıch materiál̊u lze tenzor
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napět́ı, při vhodné volbě souřadnicového systému, zcela popsat pouze za pomoci 3 hlavńıch

napět́ı a takto zvolený souřadnicový systém se nazývá hlavńı souřadnicový systém. Osy

hlavńıch napět́ı definuj́ı Haigh̊uv-Westergaard̊uv prostor (obr.3), ve kterém lze vyjádřit obec-

nou napjatost. Pro osu prvńıho oktantu Haighova prostoru plat́ı, že pro jej́ı libovolný

bod jsou všechna 3 hlavńı napět́ı shodná. Pokud je napjatost v bodě tělesa popsána 3

hlavńımi napět́ımi, které nabývaj́ı shodné velikosti, pak je těleso vystaveno všestrannému

(triaxiálńımu) tlaku nebo tahu. Takové namáháńı se běžně vyskytuje při vystaveńı tělesa

namáháńı hydrostatickým tlakem, a proto je tato osa označována jako osa hydrostatická.

Obrázek 3: Haigh̊uv-Westergaard̊uv prostor [12]

Dle volby Φ(σ) źıskáváme v Haighově prostoru r̊uzné plochy plasticity, z nichž nejznáměǰśı

jsou mezńı plochy Von Mises a Tresca, běžně už́ıvané v praxi. Tyto plochy nejsou závislé

na celkovém hydrostatickém tlaku, nepředpokládaj́ı, že by při zatěžováńı hydrostatickým

napět́ım docházelo k plastickým deformaćım. Oba modely jsou závislé pouze na invariantech

deviátoru napět́ı. Mezńı plocha Von mises je funkćı pouze druhého invariantu Φ(J), plocha

Tresca záviśı kromě druhého i na třet́ım invariantu Φ(J,J). Jelikož tyto plochy nezáviśı na

hydrostatickém napět́ı, jsou v prostoru nekonečnými plochami, jsou neomezené [3].

Obrázek 4: Klasické plochy plasticity zobrazené v 7. oktantu Haighova prostoru [3] [13]
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Postupně docházelo k vývoji daľśıch teoríı (obr.5), které předpokládaj́ı vznik plastických

deformaćı za zvýšeného hydrostatického napět́ı, a tento vliv uvažuj́ı. Tyto plochy jsou

omezené a zobraźı se v prostoru jako konečné. Mezi nejznáměǰśı z nich patř́ı plochy Mohr-

Coulomb a Drucker-Prager. Dohromady jsou tyto čtyři zmı́něné plochy plasticity označovány

jako klasické plochy plasticity (obr.4). I přes své stář́ı patř́ı pro svou jednoduchost stále mezi

nejpouž́ıvaněǰśı podmı́nky plasticity. [3, 6, 7, 10,11,14,15]

Obrázek 5: Vývoj ploch plasticity [16]

S rostoućı komplexnost́ı model̊u totiž stoupá počet konstant materiálu, které je nutné

určovat. Roste tak počet prováděných experiment̊u a stoupá časová náročnost kalibraćı a

výpočt̊u, což se negativně projevuje také na ekonomice. Pro modelováńı metodou konečných

prvk̊u je též v komerčńıch softwarech běžně dostupné pouze omezené množstv́ı těchto model̊u,

složitěǰśı modely by bylo nutné implementovat uživatelem, což s sebou přináš́ı řadu daľśıch

rizik. Jelikož ćılem této práce neńı dokonalý popis fyzikálńı skutečnosti, ale pracuje s jistými

zjednodušeńımi, s ohledem na množstv́ı experimentálńıch dat, náročnost model̊u a potřeb, je

zvolen klasický př́ıstup s Von Misesovou mezńı plochou s nelineárńım zpevněńım dle Ludwika.

Pokud během zatěžováńı dojde k dosažeńı podmı́nky plasticity, nacháźı se těleso v elasto-

plastickém stavu. Za předpokladu užit́ı modelu s nelineárńım zpevněńım bude při dále ros-

toućı napjatosti docházet k deformačńımu zpevňováńı materiálu. Vlivem zpevněńı nastane

změna plochy plasticity a to formou změny velikosti, deformaćı, nebo posunut́ım v prostoru.
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Pokud s deformaćı docháźı k posouváńı mezńı plochy, jedná se o tzv. kinematické zpevněńı.

Jestliže je deformace provázena expanźı mezńı plochy úměrně ve všech směrech deviátorové

roviny, docháźı k izotropńımu zpevněńı. Obecně docháźı ke kombinaci obou mechanizmů a

mezńı plocha se deformuje, tento mechanismus nejlépe popisuje fyzikálńı skutečnost [3]. Při

monotónńım proporcionálńım zatěžováńı je možno už́ıt kterýkoliv model. Pro účel této práce

byl zvolen nejjednodušš́ı model s izotropńım zpevněńım, jelikož neńı nutné uvažovat změnu

zatěžováńı.

Obrázek 6: Izotropńı deformačńı zpevněńı [17]

Zpevněńı materiálu je možné vyjádřit okamžitou meźı kluzu σY (εp) v závislosti na celkové

plastické deformaci [3, 10, 15]. S užit́ım Misesovy plochy plasticity se pro tento účel zavád́ı

ekvivalentńı plastická deformace jako neklesaj́ıćı funkce

εp = ∫
t

0
ε̇pdt, (13)

která akumuluje př́ır̊ustky plastických deformaćı, kde

ε̇p =

√
2

3
ε̇p ∶ ε̇p. (14)

3.2 Tvárné porušováńı

Pokud Haigh-Westergraadově prostoru zadefinujeme rovinu, která je kolmá na hydrosta-

tickou osu (osu prvńıho oktantu) źıskáme deviatorickou rovinu, pokud tato rovina zároveň

procháźı počátkem souřadného systému dostáváme deviatorickou rovinu označovanou jako π

rovinu. V Haigh-Westergaardově prostoru je zvykem zavádět cylindrický souřadný systém

(R, θ, z), jehož osa z je definována osou hydrostatickou. Pro druhou složku θ (Lodeho úhel)

muśıme nejprve vyjádřit deviátor napět́ı.

Deviátor napět́ı źıskáme, pokud od tenzoru napět́ı odečteme jeho kulovou část,

S = σ + pδ, (15)

kde p

p = −
1

3
tr(σ) = −

1

3
(σ1 + σ2 + σ3) (16)

je hydrostatické napět́ı a δ je Kroneckerovo delta.
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Pro daľśı účely postačuje vyjádřit prvńı a druhý invariant deviátoru napět́ı

J2 =
1

2
(S2

1 + S
2
2 + S

2
3) , (17)

J3 = S1S2S3, (18)

kde S, S, S jsou hlavńı deviatorická napět́ı. Pro Lodeho úhel θ poté plat́ı vztah

θ =
1

3
arccos

⎛

⎝

3
√

3J3

2
√
J3
2

⎞

⎠
; θ ∈ ⟨0;

π

3
⟩, (19)

kde J a J jsou druhý a třet́ı invariant deviátoru napět́ı. Deviatorická rovina vykazuje

symetrii, a lze ji proto rozdělit do 6 segment̊u, ve kterých se Lodeho úhel opakuje (obr.7).

Lodeho úhel tedy nabývá hodnot v intervalu od 0 (pro čistý tah) po hodnotu π
3 (pro čistý

tlak). Pro vliv hydrostatického napět́ı zavád́ıme bezrozměrnou veličinu triaxialitu η, která

udává poměr hydrostatického p a von Misesova q (též označováno jako ekvivalentńı) napět́ı

η = −
p

q
. (20)

Jak již bylo zmı́něno, Misesovo napět́ı je funkćı pouze druhého invariantu deviátoru napět́ı

q =
√

3J2. (21)

Obrázek 7: Pr̊umět tenzoru napět́ı v deviatorické rovině [21]

Lodeho úhel udává vztah mezi tahem, tlakem a smykem pro konkrétńı napjatost. Pro modely

tvárného porušováńı se však v praxi už́ıvá veličin se stejným významem, avšak s rozd́ılnou

definićı. Prvńı použ́ıvanou veličinou je Lodeho parametr

ξ = cos(3θ) =
27

2

J3
q3
, ξ ∈ ⟨−1; 1⟩. (22)

Druhou už́ıvanou veličinou je normalizovaný Lodeho úhel

θ = 1 −
6θ

π
= 1 −

2

π
arccosξ, θ ∈ ⟨−1; 1⟩. (23)
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Takto zaváděné veličiny nabývaj́ı hodnot v intervalu ⟨−1; 1⟩, kdy hodnotě θ = ξ=-1 odpov́ıdá

uniaxiálńı tlak, hodnotě θ = ξ=1 odpov́ıdá uniaxiálńı tah a pro hodnotu θ = ξ=0 se jedná o

zobecněnou rovinnou napjatost. Pro tyto speciálńı př́ıpady se hodnoty obou veličin (θ, ξ)

shoduj́ı, v obecných př́ıpadech tomu tak neńı a tyto veličiny nabývaj́ı rozd́ılných hodnot

[10,11,14,18–21]. Obecně nelze na hodnoty těchto parametr̊u spoléhat, jelikož někteř́ı autoři

použ́ıvaj́ı mı́rně odlǐsné definice. Je nutné vždy kontrolovat definice a značeńı, např́ıklad

autoři [22] definuj́ı Lodeho parametr v převrácené hodnotě, tedy hodnotě -1 odpov́ıdá tah a

hodnotě 1 tlak.

zat́ıžeńı η θ ξ θ

tah 1
3 0 1 1

smyk 0 π
6 0 0

tlak -13 -π3 -1 -1

Tabulka 1: Přehled hodnot charakteristických veličin pro jednotlivé stavy napjatosti [21]
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4 Modely tvárného porušeńı materiálu

Tvárné porušeńı lze definovat jako proces degradace materiálu v podmı́nkách plastických

deformaćı a monotónńıho zatěžováńı. Toto poškozeńı bývá nejčastěji spojováno s kovovými

materiály. Tvárné porušováńı je doprovázeno postupnou změnou mechanických vlastnost́ı,

jelikož vlivem dostatečně velkých zat́ıžeńı docháźı ke změnám základńı matrice, které jsou

zp̊usobeny postupným r̊ustem dutin, hromaděńım poruch a jejich spojováńım. Procesem

r̊ustu plastické deformace docháźı k poklesu tuhosti materiálu a klesá jeho schopnost dále

přenášet zat́ıžeńı. Konečnou fáźı tvárného poškozováńı je úplná ztráta integrity materiálu.

Pro vysoké hodnoty triaxialit η >0,3 vzniká porušeńı spojováńım dutin, pro ńızké hodnoty

triaxiality η ≤0 je zp̊usobeno smykovým mechanismem (spojeńı trhlin v rovině největš́ıho

smykového napět́ı). [10, 18,23]

Typicky pro popis poddajných těles už́ıváme model kontinua. Jedná se o idealizovanou

představu prostřed́ı, které považujeme za spojité při zanedbáńı jeho diskrétńıch vlastnost́ı

(částicové struktury). V př́ıpadě snahy popisovat poškozováńı poddajných těles však ide-

alizovaný model kontinua naráž́ı na své limity. Při poškozováńı se projevuje vliv částicové

struktury a docháźı ke zjevné nespojitosti materiálu. To je v rozporu s ideálńım modelem,

který takové stavy nedovoluje, a proto strukturńı poruchy popisujeme v rámci modelu kon-

tinua. Jednotlivé defekty tedy nedokážeme uvažovat př́ımo, ale jejich vliv promı́táme do mo-

delu kontinua změnou tuhosti a pevnosti pro diferenciálńı objem materiálu. Takto vytvářené

modely však muśı nutně trpět daľśım nedostatkem a ten vycháźı z předpokladu, že poruchy

v integritě materiálu jsou dostatečně malé a vzájemně spolu neintereaguj́ı. Se zvětšuj́ıćım se

množstv́ım poruch a jejich rostoućım vzájemným vlivem bude docházet k vyloučeńı těchto

předpoklad̊u, defekty se začnou spojovat a model kontinua postupně selže. Modely jsou tedy

vhodné sṕı̌se pro popis lokálńıho poškozováńı materiálu. Pro popisováńı rozvoje poškozeńı

v tělesech vycháźıme z představy, že daný diferenciálńı objem materiálu neńı schopen v

okamžiku porušeńı dále přenášet vnitřńı śıly. Ty se následně přerozděĺı do okolńıch dife-

renciálńıch objemů tak, aby byly splněny podmı́nky rovnováhy. T́ımto zp̊usobem je pos-

tupně modelován pr̊uchod trhliny tělesem. Pro identifikaci lokálńıho porušeńı materiálu,

kdy bude docházet k selháváńı jednotlivých diferenciálńıch objemů, je nutné zavádět exterńı

veličinu která zastupuje fiktivńı mı́ru poškozeńı a stanovuje, za jakých okolnost́ı k tomuto

porušeńı dojde. Tato zaváděná veličina bývá označována jako (skalárńı) parametr poškozeńı

D (někdy též kumulované poškozeńı, fiktivńı parametr poškozeńı) [10]. Veličinu lze naj́ıt

i pod označeńım ω, zejména v anglicky psané literatuře [11, 20]. Modely tedy neřeš́ı př́ımo

degradaci materiálu a neuvažuj́ı změny struktury, ke kterým docháźı vlivem plastických de-

formaćı. Tyto modely považujeme za jakousi nadstavbu k modelu plasticity, kterou je však

nutné správně kalibrovat, aby dávala uspokojivé výsledky.

Ćılem kalibrace by měla být přesvědčivá shoda mezi experimentálńım a výpočtovým

chováńım modelu [10]. Kalibrace je však založena i na správném odhadu, č́ımž vyvstává

riziko stanoveńı chybných okamžik̊u rozvoje poškozeńı a t́ım ohrožeńı přesnosti vytvořených

model̊u.
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4.1 Svázané modely tvárného porušeńı

Tato skupina model̊u se v́ıce bĺıž́ı fyzikálńı podstatě a koresponduje s představou

mikromechanismu porušováńı materiálu. Model porušeńı je zde vázán na elastoplastický

model a ovlivňuje konstitutivńı rovnice, popisuje tak př́ımo ztrátu schopnosti materiálu

přenášet zat́ıžeńı. Z podstaty provázanosti modelu porušeńı a konstitutivńıch rovnic

označujeme tyto modely jako svázané modely tvárného porušeńı. Jelikož jsou tyto mod-

ely bĺıže fyzikálńı realitě, skrývaj́ı vysoký potenciál ve smyslu fyzikálně správného popisu,

který se bĺıž́ı skutečnosti, a dokáže tak lépe predikovat skutečné chováńı pro většinu aplikaćı.

Takto vytvořený model však s sebou přináš́ı mnohá úskaĺı, kterými je zejména velké množstv́ı

materiálových parametr̊u a experimentálńıch zkoušek. S pr̊uběhem zkoušky také souviśı

dostatečně přesná měřićı zař́ızeńı a hlavně velmi náročná materiálová kalibrace, pro kterou

je nutno identifikovat plastický model souběžně s modelem porušováńı [10, 18,24].

4.2 Nesvázané modely tvárného porušeńı

Na rozd́ıl od model̊u svázaných neńı tato skupina model̊u provázána s konstitutivńımi

rovnicemi a rozvoj poškozeńı, až do okamžiku dosažeńı kritické hodnoty, neovlivňuje ma-

teriálové parametry. Modely tedy pracuj́ı se značným fyzikálńım zjednodušeńım, užit́ı těchto

model̊u je však oproti model̊um svázaným do velké mı́ry usnadněno. Ze své podstaty je tento

model označován jako nesvázaný model tvárného porušováńı [10].

Výhodou tohoto modelu je možnost odděleńı plastického chováńı od procesu porušováńı,

č́ımž docháźı k výraznému sńıžeńı náročnosti procesu kalibrace. Nesvázané konstitutivńı

modely tvárného porušeńı materiálu však nutně trṕı nedostatkem, kterým jsou skokové

lokálńı změny tuhosti. Ty jsou zp̊usobené nulováńım tenzoru napět́ı, při dosažeńı krit-

ické hodnoty poškozeńı, bez ohledu na tenzor deformace. To může ve vlastńım výpočtu

zp̊usobovat problémy, a tak je někdy posledńı fáze porušeńı materiálu modelována umělým

snižováńım modulu pružnosti až k nulové hodnotě.

I přes úspěšnou kalibraci těchto model̊u však z̊ustává otázkou, jak přesvědčivé výsledky lze

očekávat pro stavy napjatosti, kterých u kalibračńıch vzork̊u nebylo dosaženo. Takové stavy

jsou čistě interpolovány na základě použitých kritéríı [11]. Tato práce se zabývá výhradně

nesvázanými modely plasticity. V následuj́ıćı části jsou uvedena historicky významná, či

často už́ıvaná kritéria.
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4.2.1 Kritické plastické přetvořeńı

Toto kriterium je nejjednodušš́ım už́ıvaným. Je založené na principu akumulace plastické

deformace. K porušeńı docháźı, jestliže ekvivalentńı plastické přetvořeńı dosáhne konstantńı

kritické hodnoty

εf = εp. (24)

Pro svou jednoznačnost a jednoduchost je velmi už́ıvaným kriteriem, které je implemen-

továno ve všech dostupných výpočetńıch programech. Kritickou hodnotu přetvořeńı lze

určit z jediného experimentálńıho vzorku. Jelikož je praktickými poznatky a daľśımi kri-

terii dokázáno, že kritické přetvořeńı neńı konstantńı pro r̊uzné druhy zatěžováńı, nelze toto

kriterium obecně spolehlivě použ́ıt, je však postačuj́ıćı pro stejný typ namáháńı, jakým byl

zatěžován experimentálńı vzorek. [10,18]

4.2.2 Rice-Tracey, Hancock-Mackenzie

Prvńı kriterium s nekonstantńı hodnotou kritického poškozeńı vypracoval McClintock [25]

z představy dutiny uvnitř plastického materiálu. Na jeho práci práci navazovali Rice a Tracey,

kteř́ı jeho představu ještě dále rozš́ı̌rili, obě práce však dospěly k závěru, že tvárné porušeńı

je významně ovlivňováno triaxialitou napět́ı [10, 23, 26]. Z praćı lze vyjádřit lomovou funkci

εf závislou na triaxialitě napět́ı obsahuj́ıćı jediný materiálový parametr C1

εf(η) = C1e
−

3
2
η. (25)

Hancock a Mackenzie [10] [27] rozpracovali model o daľśı dva parametry do podoby

εf(η) = C1 +C2e
−C3η. (26)

Na tato kriterium později navazuj́ı daľśı významné práce, které ukazuj́ı nekomplexnost těchto

kriteríı, poukazuj́ı na potřebu zahrnut́ı daľśıch vliv̊u a modifikuj́ı, či zcela přetvářej́ı toto

kriterium pro obecněǰśı platnost. Svou d̊uležitost tato kriteria sehrávaj́ı právě v poukázáńı

na fakt, že lomové přetvořeńı je závislé na zp̊usobu zatěžováńı [23].

4.2.3 Johnson-Cook

Johnson a Cook [28] vytvářej́ı na základě svých předch̊udc̊u kriterium, které pro lomovou

funkci uvažuje vliv teploty a rychlosti plastického přetvářeńı. Upravuj́ı (26) přidáńım daľśıch

člen̊u do komplexněǰśı podoby

εf(η, ε̇p, T ) = (C1 +C2e
−C3η)(1 +C4ln(ε̇

∗

p))(1 −C5T
∗
). (27)

Veličina ε̇
∗

p vyjadřuje bezrozměrnou rychlost přetvářeńı, T ∗ je homologovaná teplota

T ∗ =
T − Troom

Tmelt − Troom
, ε̇

∗

p =
ε̇p

ε̇
0
p

, (28)

kde Troom označuje referenčńı experimentálńı teplotu, Tmelt teplotu taveńı materiálu, ε̇p

rychlost ekvivalentńı plastické deformace a ε̇

p referenčńı rychlost plastické deformace [29].
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Toto kriterium je obsaženo v mnohých výpočetńıch programech, a je schopné poměrně dobře

popisovat i dynamické děje při vysokých rychlostech zatěžováńı. Úspěšně jsou t́ımto kri-

teriem modelovány zejména pr̊ustřely, penetračńı zkoušky či technologické operace. O jeho

obĺıbenost se postarali autoři dlouhodobou publikaćı parametr̊u běžně už́ıvaných materiálu

a zbavili tak v jednodušš́ıch př́ıpadech uživatele potřeby tyto parametry kalibrovat [10, 29].

Při porovnáńı Johnson-Cookova modelu s předchoźımi dvěma uváděnými kriterii (26), (25)

je patrné, že vhodnou volbou koeficient̊u C až C můžeme obdržet jak kriterium Hancock-

Mackenzie tak Rice-Tracey [10].

4.2.4 Bao-Wierzbicki

Autoři [30] tento model založili na nemonotónńı funkci a zavád́ı tři oblasti v závislosti

na mechanismu poškozeńı, ve kterých definuje lomové funkce. Výsledná funkce vzniká spo-

jeńım tř́ı samostatně definovaných část́ı, které jsou na sebe napojeny v hraničńıch bodech.

Na základě zkoumáńı [31] byla vyslovena domněnka, že pro hodnoty triaxialit menš́ıch než

η < −/ nedocháźı k tvárnému porušováńı. Tento model dále vykazuje lokálńı minimum

lomové funkce při hodnotě η=0, kdy docháźı k zat́ıžeńı pouze smykem.

Obrázek 8: Oblasti lomové funkce pro jed-

notlivé mechanismy poškozeńı [32]

Obrázek 9: Porovnáńı kriteria Bao-Wierzbicki

a Johnson-Cook [33]

V prvńı oblasti, ve které docháźı k porušováńı smykovým mechanismem je lomová funkce

popsána vztahem

εf(η) = C1
3η +

√
12 − 27η2

2(1 + η
√

12 − 27η2)
; η ∈ (−

1

3
; 0⟩ . (29)

V navazuj́ıćı oblasti kombinovaným mechanismem porušováńı plat́ı závislost, pro kterou je

parametry nutné dopoč́ıtat s ohledem na napojeńı na zbývaj́ıćı části lomové funkce

εf(η) = C2η
2
+C3η +C4; η ∈ ⟨0; 0,4⟩. (30)

Oblast poškozováńı r̊ustem dutin je pak popsána hyperbolickou funkćı

εf(η) = C5
1

η
; η ≥ 0,4. (31)
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Kriterium pro svou složitost, ve smyslu nutnosti identifikace oblasti triaxialit při zatěžováńı

a podmı́nky napojeńı v okrajových bodech, neńı př́ılǐs využ́ıvaným. Přesto však v některých

př́ıpadech může tvárné poškozováńı popisovat lépe, než některá předchoźı monotónńı kriteria.

Hlavńım př́ınosem tohoto modelu je domněnka existence kritické hodnoty triaxiality, pod

kterou by nedocházelo k poškozováńı materiálu [10,31].

4.2.5 Xue-Wierzbicki

Při pokračováńı zkoumáńı problematiky tvárného porušeńı bylo pozorováno [34], že tvárné

porušeńı neńı plně vystihováno s pomoćı triaxiality napět́ı, které nedokáže zcela postihnout

zp̊usob zatěžováńı. Wierzbicki se svými kolegy pracoval na větš́ım množstv́ı model̊u a jako

jedni z prvńıch ukázali, že pro lepš́ı fenomenologický popis tvárného porušeńı je zapotřeb́ı

daľśıho parametru - Lodeho parametru, popř́ıpadě daľśıch jeho forem [18, 34]. Zveřejněná

práce [34] za pomoci čtyř parametr̊u pracovala ve trojrozměrném prostoru s lomovou plo-

chou, tedy funkćı o dvou proměnných εf(η, ξ). Vytvořili symetrický model

εf(η, ξ) = C1e
−C2η − [C1e

−C2η −C3e
−C4η] ⋅ (1 − ∣ξ∣n)

1
n , (32)

kde exponent n je exponent zpevněńı z modelu plasticity [18]. Ten byl později upraven a

nahrazen pátým, též kalibrovatelným parametrem C. To dalo vzniku modifikovaného kriteria

Xue-Wierzbicki 2, které mı́rně vylepšilo dosahované výsledky

εf(η, ξ) = C1e
−C2η − [C1e

−C2η −C3e
−C4η] ⋅ (1 − ∣ξ∣C5)

1
C5 . (33)

Takto definovaná lomová kriteria lépe vyhovuj́ı experiment̊um, kdy tvárné porušováńı vykazuje

nemonotónost závislosti na triaxialitě napět́ı [18].

4.2.6 Bai-Wierzbicki

Asi nejznáměǰśım kriteriem z praćı Wierzbického je model Bai-Wierzbicky [35], který

je stále funkćı dvou proměnných, od kriteria Xue se však odlǐsuje nesymetrickou lomovou

plochou a daľśım, již šestým parametrem C. Tento model užil v definovaném prostoru

εf(η, θ) kritérium Rice-Tracey ve třech význačných rovinách, a to v rovině tlaku θ =-1, v

rovině tahu θ =1 a v rovině rovinné deformace θ =0. Tyto roviny umı́stil zpět do prostoru

εf(η, θ) a navrhl mezi nimi parabolickou závislost na normalizovaném Lodeho úhlu θ [18].

To dalo vzniku konečnému tvaru modelu

εf(η, θ) = [
1

2
(C1e

−C2η +C5e
−C6η) −C3e

−C4η] θ
2
+

1

2
(C1e

−C2η −C−C6η
5 ) θ +C3e

−C4η. (34)

Pro kalibraci takto komplexńıho modelu (6 parametr̊u) je vhodné využ́ıt alespoň 6 kali-

bračńıch vzork̊u, porušovaných při odlǐsných hodnotách triaxialit a Lodeho úhl̊u [35]. Autoři

Bao a Wierzbicki publikovali ve své práci [35] přehled doporučených kalibračńıch experiment̊u,

aby byla vhodně pokryta celá oblast zatěžováńı. Výhodou nesymetrické lomové plochy je lepš́ı

aproximace stav̊u pro rozd́ılné hodnoty normalizovaného Lodeho úhlu, které obecně nemusej́ı

být shodné v tlakové a tahové oblasti.
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Již v modelu Bao-Wierzbicki autoři poukázali na možnost existence hodnot triaxialit,

při kterých nebude docházet k porušováńı [10]. Tento model však nepracuje s žádným defi-

novaným mezńım stavem a umožňuje porušováńı pro všechny stavy napjatosti. Z tohoto

d̊uvodu je nutné před použit́ım modelu ověřit, jaké hodnoty triaxialit se během zatěžováńı

daj́ı očekávat.

4.2.7 Daľśı modely

Existuje celá řada daľśıch model̊u, zjednodušených i v́ıce komplexněǰśıch. Daľśı kriteria s

sebou však z pohledu této práce přinášej́ı často složitěǰśı analytický popis, přestože mohou být

svou podstatou jednodušš́ı. Mezi tyto kriteria patř́ı např́ıklad kriterium Wilkins, Lou nebo

modifikovaný Mohr-Coulomb [10, 36]. Hůlka ve své diplomové práci [29] sestavil tabulku

s obsáhlým přehledem už́ıvaných kriteríı i s popisem jejich vhodnosti pro jednotlivé typy

zatěžováńı.
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5 Zpracováńı experimentálńıch dat

5.1 Ocel 08Ch18N10T

Materiál dle ruské normy GOST značený jako 08Ch18N10T je austenitická, korozivzdorná

ocel už́ıvaná pro jaderné elektrárny ruského modelu (tabulka 3). Dle převodńıch tabulek

(např́ıklad [37]) lze nalézt oceli s podobným složeńım (tabulka 2) i v jiných normách, pro ČSN

je odpov́ıdaj́ıćı ocel tř́ıdy 17 - ČSN 17 248. Materiál je se svými mechanickými vlastnostmi

(tabulka 4) nejčastěji použ́ıván pro výrobu šroub̊u, matic, podložek a tvarovek [38]. Dále

také pro výstavbu tepelných, energetických, chemických a tlakových zař́ızeńı až do teplot

800°C jak uvád́ı [39] na základě [40].

GOST W. Nr. EN ČSN

08Ch18N10T 1,4541 X6CrNiTi18-10 17248 (17247)

Tabulka 2: Převodńı tabulka značeńı oceli [37]

Z uvedených ekvivalentńıch oceĺı má však podle [38] ocel normy GOST garantovaný ńızký

obsah kobaltu, který souviśı s r̊ustem indukované radioaktivity materiálu [39].

C Mn Si Ni Cr P S Ti

0,073 1,42 0,48 10,90 19,10 0,010 0,0125 0,66

Tabulka 3: Chemické složeńı oceli 08Ch18N10T [41]

E [MPa] Re [MPa] Rm [MPa] A5 [%] Z [%]

200 000 258 546 65 77

Tabulka 4: Základńı mechanické vlastnosti oceli 08Ch18N10T [41]

Dodavatel oceĺı WTE PowerSteel na svém webu [38] uvád́ı mı́rně odlǐsné hodnoty

Re = 196 MPa, Rm = 500 − 750 MPa.

Z experimentálńıch dat, konkrétně z tahové zkoušky, byl vyhotoven skutečný pracovńı

diagram (obr. 10), ve kterém byla vybrána lineárńı oblast elastické deformace pro vyhodno-

ceńı Youngova modulu pružnosti.
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Obrázek 10: Část diagramu tahové zkoušky

Data ve zvolené zkoumané oblasti byla proložena lineárńı závislost́ı a zjǐst’ována jej́ı

směrnice. Byla nalezena směrnice E = 170 541 MPa (koeficient korelace R2 = 0.9814). Tato

hodnota se však od běžně předpokládané hodnoty pro tento materiál lǐśı o δE = 14,73%, což

bylo považováno za př́ılǐs velkou odchylku.

Obrázek 11: Lineárńı oblast diagramu tahové zkoušky do σ = 200 MPa

Při velmi detailńım pohledu (obr. 11) do zvolené oblasti je patrné, že tato odchylka byla

zp̊usobena nelinearitou dat při horńı hranici oblasti σ = 200 MPa. Byla proto upravena vy-

hodnocovaná oblast do velikosti napět́ı σ = 150 MPa, kde data vykazuj́ı zcela lineárńı pr̊uběh

a vylepšen odhad modulu pružnosti v tahu.
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Obrázek 12: Upravená lineárńı oblast diagramu tahové zkoušky do σ = 150 MPa

Touto úpravou byl stanoven výsledný Young̊uv modul pružnosti E = 194 940 MPa (ko-

eficient korelace R2 = 0.9888), který se od předpokládané hodnoty lǐśı o δE = 2,53%. Tato

odchylka byla považována za přijatelnou, proto oblast nebyla dále upravována

a hodnota E = 194 940 MPa byla přijata jako konečná, experimentálně zjǐstěná hodnota, která

byla využita k daľśım výpočt̊um.
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5.2 Kalibrace křivky plastického zpevněńı

Po zpracováńı převzatých experimentálńıch dat tahové zkoušky a stanoveńı experimentál-

ńıho modulu pružnosti v tahu bylo přistoupeno ke kalibraci křivky plastického zpevněńı.

V prvńım kroku byla z převzatých experimentálńıch dat vytvořena smluvńı napět’ová křivka

a užit́ım rovnic (9), (10) byla následně źıskána skutečná napět’ová křivka (obr.13).

Obrázek 13: Graf závislosti napět́ı na celkové deformaci

Jak již bylo zmı́něno v kapitole 3.1, byl pro tuto práci zvolen Ludwik̊uv nelineárńı model

plastického zpevněńı

σY = A +Bεnp ,

kde koeficient A má význam počátečńı meze kluzu. Tento vztah odpov́ıdá zjednodušené formě

modelu Johnson-Cook. Lze ho tedy snadno implementovat do vlastńı simulace v programu

ABAQUS. Jelikož je model založen na popisu napět́ı pomoćı plastické deformace, muśıme

nejprve z celkové deformace separovat deformaci plastickou dle vztahu (11). Se znalost́ı plas-

tických deformaćı je možné postoupit k fázi kalibrace vybraného kriteria zpevněńı (obr.14).

Pro tento účel byl vytvořen skript v prostřed́ı MATLAB, založený na optimalizaci ćılové

funkce metodou nejmenš́ıch čtverc̊u (Tab.5).

A = 233.8466 B = 1.1028 ⋅ 103 n = 0.6285

Tabulka 5: Optimalizované koeficienty křivky Ludwikova modelu zpevněńı

Ze stanovených koeficient̊u křivky zpevněńı (Tab.5) lze určit počátečńı mez kluzu

Re ≃ 234 MPa, která odpov́ıdá hodnotě koeficientu A.
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Obrázek 14: Kalibrovaná křivka zpevněńı dle Ludwika (upravený Johnson-Cook)

5.3 Výpočtová geometrie vzork̊u

Portfolio experimentálńıch vzork̊u využitých v této práci tvoř́ı celkem 10 vzork̊u, které

jsou podrobovány definovanému zatěžováńı tak, aby byl pokryt vhodný rozsah veličin η, θ,

jak naznačuje červeně zvýrazněná křivka v obr. 22b. Zkoumané vzorky se skládaj́ı ze čtyř

r̊uzných geometríı. Prvńı skupina vzork̊u, celkem 7 vzork̊u, jsou vzorky označované jako NT

(notched tube). Jedná se o duté tyčové vzorky (trubky) s definovanou velikost́ı vrubu (v tomto

př́ıpadě R3). Všech 7 vzork̊u má shodně definovanou výpočtovou geometrii (obr. 15), která

odpov́ıdá jmenovitým rozměr̊um skutečného vzorku navrženém v práci [42]. Tato publikace

uvád́ı d̊uvody vzniku právě takto definované geometrie, jej́ıž experimentálńı výsledky byly

převzaty pro tuto práci. Tloušt’ka stěny je 1 mm v kritickém mı́stě vrubu.

Obrázek 15: Výpočtová geometrie vzork̊u NT
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Sada NT vzork̊u byla podrobována r̊uzným monotónńım zatěžováńım tak, aby bylo dosaženo

rozd́ılných hodnot triaxialit η a θ v okamžik porušeńı vzorku (navrženo v práci [42]). Byl

definován zatěžovaćı poměr, který udává poměr mezi axiálńım posuvem a natočeńım čelist́ı

trhaćıho stroje

zatěžovacı́ poměr =
axiálnı́ posuv [mm]

natočenı́ [rad]
(35)

Ve skupině NT vzork̊u bylo pět vzork̊u zkoumáno při zatěžováńı kombinaćı tahu a krutu,

zbylé dva pak při kombinaci tlaku a krutu (Tab. 6).

označeńı vzorku NT 0,5 NT 1 NT 4,2 NT inf NT 0 NT -0,5 NT -1

poměr [mm/rad] 0,5 1 4,2 inf (tah) 0 (krut) -0,5 -1

Tabulka 6: Přehled užitých zatěžovaćıch poměr̊u NT vzork̊u

Později byly mezi kalibračńı vzorky zařazeny také tři tyčové vzorky, které byly zatěžovány

prostým tahem. Prvńım je hladká tyč, bez vrubu, označená dále jako SB (smooth bar), jej́ıž

výpočeńı geometrii zachycuje obrázek (obr.16).

Obrázek 16: Výpočtová geometrie vzorku SB

Vzorek je ve skutečnosti pro výpočet namodelován s mı́rnou kuželovitost́ı (1:11,9) ze středńı

roviny, kv̊uli lokalizaci poškozeńı do této oblasti. Ve středńı rovině z̊ustal nezměněný rozměr

∅12. Druhým tyčovým vzorkem je tyč s vrubem, o velikosti vrubu R1 (obr.17), dále označená

jako NB-R1 (notched bar).
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Obrázek 17: Výpočtová geometrie vzorku NB-R1

Posledńım z tyčových vzork̊u je tyč s vrubem R4 (obr.18), označená jako NB-R4. Všechny

tři tyčové vzorky maj́ı v kritické oblasti, ve svém nejužš́ım mı́stě, rozměr ∅12.

Obrázek 18: Výpočtová geometrie vzorku NB-R4
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5.4 MKP modely

Jelikož jsou všechny kalibračńı vzorky rotačně symetrická tělesa, nejsou z d̊uvodu

významné úspory výpočetńıho času modelována celá, ale je využito právě jejich symetrie.

Pro prvńı skupinu NT vzork̊u byl vytvořen jednotný model. Jelikož jsou však NT vzorky

zatěžovány i krouceńım, neńı možné už́ıt plné rotačńı symetrie, jelikož by jednotlivé řezy

nebyly tuhé a nebylo by tak možné źıskávat reakčńı moment v závislosti na deformačńım

zatěžováńı. Je ale možné využ́ıt obdobný př́ıstup, cyklickou symetrii (kompletńı popisy viz

manuál [20]). Ta umožňuje pro výpočet opakovat výseč okolo osy rotace.

Pro tuto práci bylo NT těleso rozděleno na 180 symetrických sektor̊u o velikosti výseče 2°.

Simulaćı źıskaná silová a momentová odezva je vztažena pouze na tuto výseč a pro źıskáńı

celkové reakčńı śıly a momentu je nutné ji přenásobit odpov́ıdaj́ıćım množstv́ım sektor̊u. Pro

vytvořeńı śıtě jsou užity 3D elementy převážně typu šestistěn (hexahedron), ve spodńı části

tělesa, d́ıky tvaru výseče, byly povoleny i daľśı typy element̊u (obr.19a). Globálńı, přibližná

velikost elementu je 0,3 mm, směrem k vrubu docháźı k jejich zhušt’ováńı. Velikost element̊u

v řezu středńı roviny a bezprostředně okolo ńı je 0,05 mm. Velikost elementu 0,05 mm byla

též užita i po tloušt’ce výseče.

(a) vzorky NT (b) vzorek SB (c) vzorek NB-R1 (d) vzorek NB-R4

Obrázek 19: Śıtě jednotlivých MKP model̊u

28



Hladký SB vzorek i NB vzorky s vrubem jsou zatěžovány pouze axiálńım posuvem, lze je

tedy modelovat s plnou rotačńı symetríı. Dı́ky tomu je potřeba ještě menš́ı množstv́ı element̊u,

než v př́ıpadě symetrie cyklické, a výpočet je v́ıce urychlen. Při užit́ı modelu s plnou rotačńı

symetríı je př́ımo źıskávána silová a momentová odezva odpov́ıdaj́ıćı celému rotačńımu tělesu.

Pro śıt’ováńı základńıho řezu jsou užity 2D elementy převážně typu čtyřúhelńık (quadrilateral)

o základńı, globálńı velikosti 1 mm, která se směrem do kritické oblasti zmenšuje až na velikost

0,3 mm.

Obrázek 20: Identifikace vyhodnocovaných uzl̊u

V řezu středńı roviny byly vybrány uzly (obr.20), ze kterých byly v pr̊uběhu deformačńıho

zatěžováńı źıskávány hodnoty potřebné k výpočtu charakteristických veličin pro jednotlivé

okamžiky zatěžováńı. Množstv́ı sledovaných uzl̊u vycháźı ze śıtě NT vzorku, při užit́ı velikosti

elementu 0,05 mm vznikne, v nejužš́ı části vrubu, 21 uzl̊u. Jejich č́ıslováńı je zavedeno od

vněǰśıho okraje tělesa směrem k s ose symetrie. Obdobně je užito č́ıslováńı i pro vzorky SB

a NB, u nichž však rozd́ılnou velikost́ı element̊u v kritické oblasti vzniká 41 uzl̊u. Je tedy

sledován každý druhý uzel, výsledné množstv́ı sledovaných uzl̊u je shodně 21. Sledované

veličiny jsou v prostřed́ı ABAQUS označované jako PEEQ, MISES, PRESS a INV3. Veličina

PEEQ je ekvivalentńı plastická deformace, která je v této práci již dř́ıve zavedena jako εp.

Veličina MISES je Von Misesovo (ekvivalentńı) napět́ı q a PRESS je hydrostatický tlak p.

Triaxilitu je tedy možné snadno źıskat, dosazeńım do rovnice (20), záporně vzatým pod́ılem

hydrostatického tlaku a Misesova napět́ı

η = −
p

q
= −

PRESS

MISES
. (36)

Veličina INV3 neńı př́ımo třet́ım invariantem deviátoru napět́ı, lze ho však snadno źıskat

pomoćı přepočtu

J3 =
2

27
⋅ (INV 3)3. (37)
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Po dosazeńı vztahu (37) do rovnice (22), můžeme Lodeho parametr vyjádřit př́ımo pomoćı

hodnot źıskávaných z výpočtu jako

ξ =
(INV 3)3

(MISES)3
(38)

a užit́ım této definice lze dále vyjádřit normalizovaný Lodeho úhel z rovnice (23)

θ = 1 −
2

π
arccos(

(INV 3)3

(MISES)3
) . (39)

Po extrakci a výpočtu těchto veličin v pr̊uběhu zatěžováńı jednotlivých vzork̊u byly

vytvořeny grafy závislost́ı silových a momentových odezev v závislosti na deformaci

s porovnáńım vypočtených a experimentálńıch hodnot. Z těchto graf̊u lze stanovit (odhad-

nout) kritickou hodnotu ekvivalentńı plastické deformace εf . Tento postup (obr.21) odhadu

byl postupně prováděn pro všechny vzorky.

(a) Závislost reakčńı axiálńı śıly na posuvu

(b) Závislost reakčńıho torzńıho momentu na natočeńı

Obrázek 21: Př́ıklad srovnáńı experimentálńıch a simulovaných odezev vzorku NT 0,5
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Ekvivalentńı plastická deformace εp byla z d̊uvodu názornosti zanesena do grafu silové

odezvy (obr.21a). V této práci byl za okamžik iniciace porušeńı označen bod, kdy docháźı

k poklesu reakčńı śıly (nebo momentu) v diagramu śıla-posuv (moment-natočeńı) (obr.21).

Pro takto odhadnuté kritické hodnoty posuvu nebo natočeńı byly nalezeny odpov́ıdaj́ıćı

hodnoty triaxialit a normalizovaného Lodeho úhlu (obr.22) pro daný časový okamžik. Źıskané

hodnoty kritické ekvivalentńı plastické deformace εf(η, θ) byly vyneseny do graf̊u (obr.22a)

ekvivalentńı plastické deformace a normalizovaném Lodeho úhlu (obr.22b) v závislosti na

triaxialitě napět́ı při iniciaci porušeńı, aby bylo možné zkoumat vhodnost použit́ı konkrétńıch

model̊u tvárného porušováńı.
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5.5 Mapa vzork̊u, odhad iniciace porušeńı

(a) Závislost kritického ekvivalentńı plastické deformace na triaxialitě napět́ı

(b) Závislost normalizovaného Lodeho úhlu na triaxialitě napět́ı při dosažeńı kritické hodnoty ekvivalentńı

plastické deformace

Obrázek 22: Rozložeńı analyzovaných vzork̊u

Z rozložeńı analyzovaných vzork̊u (obr.22) je patrné, že pro tyto experimenty je kritická

ekvivalentńı plastická deformace výrazně ovlivněna Lodeho úhlem (popř. jeho daľśımi for-

mami). Pro lomovou funkci je tedy vhodné volit sṕı̌se model, který zohledńı oba parametry

η, θ. Z model̊u v této práci uvedených se jedná o model Bai-Wierzbicki (kapitola 4.2.6)
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6 Kalibrace

Přestože analyzované vzorky vykazuj́ı závislost porušeńı na Lodeho úhlu, byly kalibrovány

i některé modely, které nezohledňuj́ı Lodeho úhel (popř. jeho formy). Celkem jsou tedy

kalibrovány tři kritéria. Prvńım, nejd̊uležitěǰśım kalibrovaným modelem je kriterium Bai-

Wierzbicki. Z kritéríı nezahrnuj́ıćı vliv Lodeho úhlu pak byly vybrány kritéria Johnson-Cook

ve své zjednodušené formě, která nezohledňuje teplotu ani rychlost deformace (Hancock-

Mackenzie) a kritérium Bao-Wierzbicki, pro svou nemonotónost. Pro kalibraci dala tato

práce vzniku kalibračńıch skript̊u, které slouž́ı k nalezeńı parametr̊u jednotlivých model̊u

tvárného porušováńı. Pro každý model porušováńı byl vytvořen samostatný sled skript̊u,

který tvoř́ı tři skripty v prostřed́ı PYTHON s jednotlivými kroky kalibrace. Prvńım krokem

je počátečńı odhad paramter̊u lomové funkce na základě pr̊uměrováńı veličin η, θ. V druhém

kroku je pro takto navržené parametry jednotlivých užitých model̊u ověřováno, v jakém uzlu

skutečně docháźı k iniciaci porušeńı. Po nalezeńı kritických uzl̊u jednotlivých vzork̊u jsou

tyto uzly postoupeny do třet́ıho kroku, kde je lomová funkce optimalizována na základě ku-

mulace fiktivńıho poškozeńı dle skutečného vývoje veličin η, θ v kritických uzlech pro dosažeńı

fiktivńıho poškozeńı D=1 v okamžiku iniciace porušeńı. Tyto metody kalibrace jsou zmı́něny

v práci [10].

6.1 Počátečńı odhad

Počátečńı odhad parametr̊u lomových funkćı vyšel z domněnky, že kritickým mı́stem, ve

kterém by došlo k iniciaci porušeńı, by mohl být uzel označený č́ıslem 1 lež́ıćı na vněǰśı straně

tělesa. Na základě tohoto předpokladu byly stanoveny středńı hodnoty η, θ, pomoćı vážených

pr̊uměr̊u, v okamžik dosažeńı kritické ekvivalentńı plastické deformace a lomová funkce byla

určena pomoćı bod̊u εf(ηav, θav)

ηav =
1

εf
∫

εf

0
η(εp)dεp, θav =

1

εf
∫

εf

0
θ(εp)dεp (40)

Vytvořená prvńı část skriptu poté pomoćı zvoleného optimalizačńıho nástroje hledá minimum

ćılového funkcionálu

Fav =
1

N

N

∑
i=1

∣εfi − εf(ηav, θav)∣
2
, (41)

který definuje celkovou chybu mezi analytickým řešeńım a skutečnými body. Exponent 2

odpov́ıdá užité metodě nejmenš́ıch čtverc̊u, N je celkový počet vzork̊u [10]. Pro kalibraci

mo-delu Bao-Wierzbicki bylo nutné vzorky podle hodnot εf(ηav, θav), užit́ım podmı́nek,

roztř́ıdit do jednotlivých oblast́ı a funkcionál byl definován pro jednotlivé oblasti zvlášt’,

dle odpov́ıdaj́ıćıch křivek (viz obr.8).
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6.2 Ověřeńı kritických uzl̊u

Myšlenka, že k porušováńı začne docházet v uzlu č́ıslo 1, je vhodná pro počátečńı odhad,

nemuśı však být pravdivá. Pro přesněǰśı kalibraci je pro jednotlivá kriteria nutné ověřit, v

jakém uzlu skutečně docháźı k iniciaci porušeńı. Pro odhad parametr̊u byly také použity

pr̊uměrované hodnoty triaxialit napět́ı a normalizovaného Lodeho úhlu, které nejsou po celou

dobu zatěžováńı konstantńı (obr.29), výjimku tvoř́ı vzorek NT 0 zatěžovaný pouze krouceńım.

Přesněǰśı je uvažovat okamžité hodnoty těchto veličin, jelikož při pr̊uměrováńı může doj́ıt k

výrazném zkresleńı [10]. V daľśı části kalibračńıho procesu je s počátečńım odhadem lomových

funkćı v každém sledovaném uzlu jednotlivých vzork̊u kumulováno fiktivńı poškozeńı D podle

okamžitých hodnot veličin η, θ

Di = ∫

εfi

0

dεpi

εf(ηi, θi)
. (42)

(a) Pr̊uběh triaxiality napět́ı

(b) Pr̊uběh normalizovaného Lodeho úhlu

Obrázek 23: Pr̊uběh veličin během zatěžováńı vzork̊u do odhadované iniciace porušeńı v uzlu 1
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Ze závislost́ı (obr.29) lze pozorovat, že největš́ı změny triaxialit i normalizovaného Lodeho

úhlu v pr̊uběhu zatěžováńı vykazuj́ı tyčové vzorky s vrubem (NB-R1, NB-R4). Tabulka 7 pak

zobrazuje uzly, ve kterých, podle počátečńıho odhadu jednotlivých kriteríı, dojde k lokálńımu

porušeńı, tedy k dosažeńı kumulovaného poškozeńı D=1, nejdř́ıve.

Vzorek H-M Bao-W Bai-W

NT 0,5 1 1 1

NT 0 1 1 1

NT 1 1 1 1

NT 4,2 1 10 21

NT inf 1 11 14

NT -0,5 1 1 1

NT -1 1 1 1

SB 1 1 1

NB R1 1 1 1

NB R4 1 20 1

Tabulka 7: Přehled kritických uzl̊u podle jednotlivých kriteríı

Lze konstatovat, že ve většině př́ıpad̊u docháźı k porušováńı skutečně od uzlu č́ıslo 1, tedy

z vněǰśıho povrchu vzorku. Pro modely Bao a Bai-Wierzbicki v některých př́ıpadech dojde k

předpovězeńı prvńıho lokálńıho porušeńı uvnitř vzorku.

6.3 Optimalizace lomové funkce

Po stanoveńı uzl̊u, ve kterých bude docházet k dosažeńı kumulovaného poškozeńı D=1

nejdř́ıve, byly tyto uzly označené za rozhoduj́ıćı pro konečnou optimalizaci př́ımou kumulaćı

poškozeńı. Pomoćı optimalizačńıho nástroje bylo v těchto uzlech hledáno minimum ćılového

funkcionálu metodou nejmenš́ıch čtverc̊u

FD =
1

N

N

∑
i=1

∣1 −Di∣
2 , Di = ∫

εfi

0

dεpi

εf(ηi, θi)
, (43)

kde N je počet vzork̊u [10]. Z optimalizace již byly źıskány konečné parametry jednotlivých

model̊u tvárného porušováńı pro materiál 08Ch18N10T.

6.3.1 Kalibrovaný model Hancock-Mackenzie

Kalibrovaný, optimalizovaný model Hancock-Mackenzie (zjednodušený Johnson-Cook),

při využit́ı všech kalibračńıch vzork̊u, neńı schopen správně popisovat jednotlivé vzorky

(obr.24).

35



Obrázek 24: Kalibrovaná lomová funkce Hancock-Mackenzie

Je zde patrné, že špatnou aproximaci zp̊usobuj́ı nejsṕı̌se tyčové vzorky SB a NB. Pokud

uprav́ıme kalibračńı portofilo vyjmut́ım těchto vzork̊u (SB, NB-R1 a NB-R4), źıskáme lo-

movou funkci (obr.25) Hancock-Mackenzie, která je poměrně dobře schopna popisovat zbylé

NT vzorky.

Obrázek 25: Kalibrovaná lomová funkce Hancock-Mackenzie pro vybrané vzorky

Kalibrované hodnoty parametr̊u kriteria Hancock-Mackenzie uvád́ı následuj́ıćı tabulka

(Tab.8).

Kompletńı portfolio C1 = 0,8262 C2 = 0,0025 C3 = 18,5011

Upravené portfolio C1 = 0,3329 C2 = 0,4042 C3 = 2,3181

Tabulka 8: Parametry pro optimalizovaný model Hancock-Mackenzie
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6.3.2 Kalibrovaný model Bao-Wierzbicki

Jak již bylo zmı́něno v kapitole 4.2.4, tento model nebývá běžně už́ıván. Ani pro tuto

práci neńı vhodným modelem, lze tvrdit, že t́ım nejméně vhodným. Nejenže nedokáže

zohlednit vliv Lodeho úhlu, po optimalizované kalibraci nevykazuje ani dobré pokryt́ı ex-

perimentálńıch vzork̊u (obr.26). Do hodnoty triaxialit přibližně η ≃0,3 by jej šlo teoreticky

označit za dostačuj́ıćı, pro vyšš́ı hodnoty η však vzorky popisuje s výraznou chybou.

Obrázek 26: Kalibrovaná lomová funkce Bao-Wierzbicki

Nakalibrované parametry modelu Bai-Wierzbicki jsou uvedeny v následuj́ıćı tabulce (Tab.9)

C1 = 0,3265 C2 = 4,5423 C3 = 0,0548 C4 = 0,5656 C5 = 0,5204

Tabulka 9: Parametry pro optimalizovaný model Bao-Wierzbicki
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6.3.3 Kalibrovaný model Bai-Weirzbicki

Jednoznačně nejlepš́ıch výsledk̊u dosahuje model tvárného porušováńı Bai-Wierzbicki

(Tab.10). Oproti předchoźım kritéri̊um je schopen zohlednit i vliv normalizovaného Lodeho

úhlu, což se projevuje výrazně lepš́ı aproximaćı portfolia vzork̊u (obr.27), než je tomu u

předchoźıch model̊u.

Obrázek 27: Kalibrovaná lomová plocha Bai-Wierzbicki

C1 = 1,3165 C2 = 7,33⋅10−9 C3 = 0,7093 C4 = 0,6808 C5 = 1.2213 C6 = 5.81⋅10−10

Tabulka 10: Parametry pro optimalizovaný model Bai-Wierzbicki

Kalibrovaný model Bai-Wierzicky (Tab.10) byl z tohoto d̊uvodu vybrán pro závěrečnou

implementaci do jednotlivých MKP model̊u a k provedeńı kontrolńıch simulaćı.
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7 Kontrolńı simulace

Pro výstupńı, kontrolńı simulaci byly provedeny výpočty NT vzork̊u na již dř́ıve vytvoře-

ných MKP modelech, pro analýzu okamžitých hodnot triaxialit napět́ı a Normalizovaného

Lodeho úhlu, popsaných v kapitole 5.4. Byly však upraveny materiálové parametry těchto

model̊u. Jelikož výpočetńı program Abaqus neumožňuje zadávat analytický popis modelu

Bai-Wierzbicki, bylo nutné vytvořit tabulku hodnot kritické ekvivalentńı plastické deformace,

pro jednotlivé kombinace triaxialit napět́ı a normalizovaného Lodeho úhlu. Dále také Abaqus

nepouž́ıvá pro výpočty normalizovaný Lodeho úhel θ, který byl použit pro kalibraci, ale

Lodeho parametr ξ (viz manuál [20]). Pro zadáváńı do tabulky hodnot je tedy nutné se

nejprve na Lodeho parametr přepoč́ıtat. Pro přepočet θ → ξ lze rovnici 23 upravit do tvaru

ξ = cos(
(1 − θ) ⋅ π

2
) . (44)

Pro závěrečné simulace bylo tedy užito 2° výseče a cyklické symetrie. Tento postup byl zvo-

len s ohledem na adekvátńı dobu výpočtu, přestože neńı ze své podstaty správný. Pokud

totiž v cyklické symetrii dojde v modelované výseči k porušováńı, vypouštěńı element̊u a

ztrátě jejich tuhosti, zrcadĺı se tyto změny ve všech 180 sektorech. To však neodpov́ıdá

skutečnosti, ve které by docházelo k postupnému vypouštěńı jednotlivých element̊u v celém

pr̊uřezu, pouze v závislosti na dosažeńı parametru poškozeńı D=1, a postupné ztrátě celkové

tuhosti. Zrcadleńı cyklickou symetríı zapř́ıčińı velmi strmý pokles silové odezvy. Pro ověřeńı

přesnosti samotné kalibrace však takový př́ıstup postačuje, jelikož lze na simulované silové

a momentové odezvě identifikovat okamžik, ve kterém doje k tvárnému porušeńı a poklesu

silové (momentové) odezvy. Později se také při kontrolńıch výpočtech ukázala horš́ı konver-

gence vytvořených model̊u a i přes velkou snahu neproběhly všechny simulace až do konečného

porušeńı a vypuštěńı všech poškozených element̊u. I přesto bylo ve všech kontrolńıch simu-

laćıch dosaženo okamžiku potřebného k ověřeńı kvality kalibrovaného modelu Bai-Wierzbicki.

I přes užit́ı cyklické symetrie prob́ıhaly výpočty jednotlivých NT vzork̊u v řádech až deśıtek

hodin.
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7.1 Výsledky kontrolńı simulace

I přes pot́ıže s modely se podařilo provést simulaci NT tělesa tak, aby bylo možné posoudit

kvalitu vybraného, kalibrovaného modelu tvárného porušeńı Bai-Wierzbicki. Z kontrolńıch

simulaćı byla źıskána silová a momentová odezva jednotlivých vzork̊u během zatěžováńı

(obr.28).

Obrázek 28: Vzorový pr̊uběh deformaćı, silové a momentové odezvy vzorku NT 0,5 v závislosti na

výpočetńım čase

Simulovaná odezva v závislosti na deformaci byla společně s experimentálńı zanesena

do graf̊u pro jednotlivé vzorky (Př́ıloha A - Kontrolńı simulace vzork̊u), aby bylo možné

źıskat přehled, v jakých př́ıpadech je kalibrované kriterium schopné popsat tvárné porušeńı.

Při pohledu na výsledek kontrolńı simulace vzorku (obr.29) je kalibrované kriterium Bai-

Wierzbicki schopno v př́ıpadě vzorku NT 0,5 poměrně dobře předpovědět okamžik, kdy dojde

k iniciaci porušeńı.
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(a) Reakčńı axiálńı śıla

(b) Reakčńı torzńı moment

Obrázek 29: Kontrolńı simulace vzorku NT 0,5

Strmý pokles silové a momentové odezvy v okamžik iniciace porušeńı je dán zejména

užit́ım cyklické symetrie (viz kapitola 7), dále však také množstv́ım parametr̊u, kterými je

ovlivněno chováńı materiálu (lomová energie, postupná ztráta tuhosti element̊u) po dosažeńı

kumulovaného poškozeńı D=1 a jejich kalibrace neńı předmětem této práce. Na základě kon-

trolńıch simulaćı NT vzork̊u lze konstatovat, že v této práci kalibrovaný model Bai-Wierzbicki

je vhodným modelem pro zadané kalibračńı portfolio vzork̊u a je schopen pro tyto vzorky

predikovat tvárné porušeńı. Přesnost předpovězeńı správného okamžiku iniciace je však

významně ovlivněna nejen zvoleným postupem kalibrace, ale zejména odhadem okamžiku

iniciace porušeńı. Při pohledu na kompletńı přehled porovnáńı predikce kalibrovaného mod-

elu (př́ıloha Př́ıloha A - Kontrolńı simulace vzork̊u) je patrné, že i pro tentýž vzorek mohou

být mezi jednotlivými experimenty výrazné rozd́ıly. Stanoveńı kritického okamžiku je v tak-

tovém př́ıpadě ovlivněno správným inženýrským odhadem. T́ımto odhadem totiž lze vylepšit

schopnost predikce modelu pro daný vzorek, ale zároveň může doj́ıt ke zvýšeńı globálńı chyby

vybraného modelu pro zbylé vzorky.
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8 Závěr

Byly úspěšně naplněny všechny ćıle této práce. Proběhlo seznámeńı se s teoretickými

základy fenomenologických model̊u tvárného porušováńı a s jejich aplikaćı v simulaćıch

metodou konečných prvk̊u (kapitola 3). Byly představeny d̊uležité nesvázané modely tvárného

porušováńı a byly vybrány ty, jež by mohly být vhodné pro popis zadaných vzork̊u (kapi-

tola 4). Bylo provedeno zpracováńı převzatých, experimentálńıch dat, z nichž byly stanoveny

základńı materiálové parametry (modul pružnosti v tahu, mez kluzu) a byla úspěšně přǐrazena

a kalibrována křivka plastického zpevněńı. Se znalost́ı materiálových parametr̊u byla prove-

dena MKP analýza všech vzork̊u, která poskytla pr̊uběhy veličin potřebných pro užité modely

tvárného porušováńı (kapitola 5). Na základě zkoumáńı silových a momentových odezev

jednotlivých vzork̊u během zatěžováńı byly odhadnuty kritické okamžiky zatěžováńı,

ve kterých by mohlo docházet k iniciaci porušeńı. V návaznosti na to mohla být źıskaná data

postoupena k procesu samotné kalibrace model̊u (kapitola 6), pro kterou byly vytvořeny kali-

bračńı skripty složené ze tř́ı navazuj́ıćıch část́ı. Kalibrace byla pro vybraná kriteria úspěšná a

jej́ı výsledky byly následně popsány. S ohledem na kalibraci bylo vybráno vhodné kriterium

Bai-Wierzbicki, které bylo úspěšně verifikováno implementaćı do vytvořených MKP model̊u

(kapitola 7).

Možné pokračováńı práce

Tuto práci by bylo možné rozš́ı̌rit o daľśı, komplexněǰśı a kalibračně náročněǰśı nesvázané

modely tvárného porušováńı. Bylo by také možné zpřesnit proces kalibrace. Možné zpřesněńı

by mohlo být dosaženo opakovaným ověřováńım iniciačńıch bod̊u po fázi optimalizace lo-

mové funkce. T́ım by byla eliminována nepřesnost v identifikaci podezřelého uzlu. Po této

optimalizaci by následoval krok kontrolńı simulace, na základě které by bylo možné opravit

počátečńı odhad okamžik̊u iniciace porušeńı. Daľśı úsiĺı by mohlo být také věnováno zejména

optimalizaci MKP model̊u, tak aby výpočet prob́ıhal co nejefektivněji. V konečné fázi by bylo

zaj́ımavé vytvořit kompletńı modely jednotlivých vzork̊u a pro ně implementovat vybraný,

překalibrovaný model tvárného porušeńı. S t́ımto krokem by též bylo vhodné kalibrovat i

daľśı parametry modelu, které ovlivńı postupnou ztrátu tuhosti tak, aby simulace co nejv́ıce

odpov́ıdala experiment̊um.
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https://linkinghub.elsevier.com/retrieve/pii/S0013794404001869

[32] HAILING, Yu, Yim H. TANG a David Y. JEONG. Elastic-Plastic-Failure Finite Ele-

ment Analyses of Railroad Tank Car Heads in Impact - Figure 11. Typical Bao-Wierzbicki

fracture locus for ductile metals. . In: ResearchGate [online]. [2007] [cit. 2020-07-24]. Dos-
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[40] ČSN 41 7247. Ocel 17 247 Cr-Ni-Ti. 1976.
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17 Výpočtová geometrie vzorku NB-R1 . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 27
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Př́ıloha A - Kontrolńı simulace vzork̊u

Obrázek A1: Kontrolńı simulace vzorku NT 0

Obrázek A2: Kontrolńı simulace vzorku NT inf

50



(a) Reakčńı axiálńı śıla

(b) Reakčńı torzńı moment

Obrázek A3: Kontrolńı simulace vzorku NT 1
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(a) Reakčńı axiálńı śıla

(b) Reakčńı torzńı moment

Obrázek A4: Kontrolńı simulace vzorku NT 4,2
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(a) Reakčńı axiálńı śıla

(b) Reakčńı torzńı moment

Obrázek A5: Kontrolńı simulace vzorku NT -0,5
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(a) Reakčńı axiálńı śıla

(b) Reakčńı torzńı moment

Obrázek A6: Kontrolńı simulace vzorku NT -1
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