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The importance of smooth round-bar tensile specimen is described, particularly considering the limit of uniform elongation, i. e.
the strain hardening exponent, and fracture ductility whereas nominal elongation has to be taken as less important since it is not
the material property only. The stress distribution at the neck of the smooth round-bar specimen and Cockcroft-Latham strain
energy density criterion for estimation of cold bulk deformability of metallic materials, as well as the Hahn-Rosenfield
correlation for calculation of plane strain fracture toughness of metals, both obtained from tensile testing data of one single
smooth round-bar specimen, are also described.
The absorbed specific fracture energy due to Gillemot is presented to illustrate the application of energy criterion for
determining the fracture properties by notched round-bar specimens. The notch tensile test, notch strength and notch-strength
ratio are discused too. With the help of stress concentration factors, which are associated with the bluntness of the notch,
correction factors for the fracture toughness calculations are described in order to derive the corrected fracture toughness.
However, the existence of a limiting notch root radius is critically discussed.
A method for measuring the plain strain fracture toughness of metallic materials by means of cylindrical specimens in tension
with axi-symmetrical ring shape crack is discussed. Owing to the fact that the crack tip of such a specimen is closer to ideal
plane strain state, the KIc of value measured is effective and reliable. This review deals with the problems of crack
prefabrication, experimental technique, data processing and requirements for specimen dimensions.
Keywords: smooth round-bar specimen, circumferentially notched round-bar specimen, circumferentially notched and
precracked round-bar specimen, mechanical properties, absorbed specific fracture energy, notch root radius, notch strength,
stress concentration factor, plane strain fracture toughness KIc.

Opisan je pomen gladkega cilindri~nega preizku{anca pri nateznem preizku{anju, zlasti {e meje enakomernega raztezka, to je
eksponenta deformacijskega utrjevanja ter lomne duktilnosti, medtem ko je treba jemati nominalni raztezek za manj
pomembnega, ker ni lastnost le materiala. Obravnavana je porazdelitev napetosti v vratu cilindri~nega preizku{anca ter
Cockcroft-Lathamov kriterij gostote deformacijske energije za oceno masivne preobli-kovalnosti kovinskih materialov v
hladnem, pa tudi Hahn-Rosenfieldova korelacija za ra~unanje lomne `ilavosti pri ravninskem deformacijskem stanju, oboje iz
rezultatov nateznega preizkusa z enim samim cilindri~nim preizku{ancem.
Ilustrirana je uporaba absorbirane specifi~ne energije loma po Gillemontu kot energijski kriterij za dolo~itev lomnih lastnosti s
cilindri~nimi preizku{anci z obodno zarezo. Obravnavan je natezni preizkus s preizku{ancem z obodno zarezo, trdnost ob zarezi
ter zarezno trdnostno razmerje. S faktorji koncentracije napetosti, povezanih s topostjo zareze, so opisani korekcijski faktorji za
izra~unavanje lomne `ilavosti za ugotovljanje prave lomne `ilavosti. Seveda pa je bil kriti~no obdelan tudi mejni korenski
polmer zareze.
Obravnavana je metoda merjenja lomne `ilavosti pri ravninskem deformacijskem stanju kovinskih materialov s cilindri~nimi
nateznimi preizku{anci z osnosimetri~no obodno razpoko v korenu zareze. Zaradi dejstva, da je konica razpoke tak{nega
preizku{anca blizu idealnega ravninskodeformacijskega stanja, je izmerjena dejanska in zanesljiva vrednost KIc. V tem pregledu
so obravnavani problemi izdelave razpoke, eksperimentalne tehnike, obdelave podatkov ter priporo~il, ki se nana{ajo na
velikost preizku{anca.
Klju~ne besede: gladek cilindri~ni preizku{anec, cilindri~ni preizku{anec z obodno zarezo, cilindri~ni preizku{anec z obodno
zarezo in razpoko v korenu, mehanske lastnosti, absorbirana specifi~na energija loma, korenski polmer zareze, trdnost ob zarezi,
faktor koncentracije napetosti, lomna `ilavost pri ravninskem deformacijskem stanju KIc.

1 GLADEK CILINDRI^NI NATEZNI
PREIZKU[ANEC

1.1 Uvod z definicijami osnovnih pojmov

Temeljne mehanske lastnosti kovinskih materialov so
tiste, ki so osnova za nelinearno ra~unalni{ko simulacijo
konstrukcij glede na mejna stanja. Ugotavljamo jih z
nateznim preizkusom, pri katerem z enakomerno nara{-

~ajo~o natezno silo obremenjujemo gladek preizku{anec
cilindri~ne oblike vse do poru{itve. Odvisnost med
natezno obremenitvijo in deformacijo preizku{anca se
pri nateznem preizkusu zvezno ri{e v in`enirskem
diagramu napetost-raztezek, prikazanem na sliki 1. S
polno ~rto prikazano odvisnost v diagramu lahko opre-
delimo s {tirimi parametri: s togostjo (modul elasti~nosti
E), koncem Hookove premice (meja proporcionalnosti),
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z obliko krivulje (en sam eksponent deformacijskega
utrjevanja v najenostavnej{em primeru) ter njenim kon-
cem (lomna duktilnost)1. Pri nateznem preizkusu pa
navadno merimo napetost te~enja Rp 0,2 (ReH oz. ReL pri
izrazitem plasti~nem platoju), ki se le nekoliko razlikuje
od meje proporcionalnosti Re, to je od konca Hookove
premice, napetost Rm ali natezno trdnost, to je najve~jo
pri nateznem preizkusu duktilnega materiala, izmerjeno
silo Fm, deljeno s plo{~ino za~etnega prereza cilindri~ne-
ga preizku{anca S0, torej Rm = Fm/S0, zo`enje pri poru-
{itvi ali kontrakcijo Zf, definirano kot Zf = (S0 – Sf)/S0, pri
~emer je Sf plo{~ina prereza zo`enega preizku{anca na
mestu poru{itve, ter in`enirski raztezek pri poru{itvi A5f,
definiran kot A5f = (Lf – L0)/L0, pri ~emer je L0 za~etna, Lf

pa kon~na merilna dol`ina, to je merilna dol`ina preiz-
ku{anca ob poru{itvi, indeks 5 pri A-ju pa ozna~uje, da je
za~etna merilna dol`ina L0 petkratnik premera cilin-
dri~nega preizku{anca D0. Pogosto so v rabi tudi
preizku{anci z dalj{o merilno dol`ino, na primer deset-
kratnikom za~etnega premera D0, in`enirski raztezek pri
poru{itvi pa tedaj ozna~imo z A10f. Sicer pa je in`enirski
ali nominalni raztezek A v obmo~ju homogene defor-
macije, to je do pojavljanja plasti~ne nestabilnosti,
definiran kot:

A =
L L

L

− 0

0

(1)

pri ~emer je L dol`ina obremenjenega nateznega preiz-
ku{anca.

Nominalna napetost Rm pomeni pri `ilavih materialih
silo plasti~ne nestabilnosti v nategu, deljeno s plo{~ino
za~etnega, in ne s plo{~ino dejanskega prereza obreme-
njenega cilindri~nega preizku{anca, torej Rm = Fm/S0. Za
in`enirsko prakso pa je tako definirana trdnost koristna,
saj omogo~a dimenzioniranje strojnih delov, to je
izra~unavanje dopustnih napetosti, pri katerih {e ne pride
do znatne spremembe nosilnega prereza (~eprav v ta
namen praviloma uporabljamo napetost te~enja). O
kak{ni podobni koristi pa ne moremo govoriti, ko gre za
in`enirski ali nominalni raztezek pri poru{itvi, saj je ta
odvisen od merilne dol`ine in zato ni lastnost le

materiala. Sestavljen je namre~ iz najve~jega enako-
mernega raztezka Am, ki ustreza pojavljanju plasti~ne
nestabilnosti in zelo spremenljivega raztezka zaradi
lokalnega zo`enja, to je nastajanja vratu na cilindri~nem
preizku{ancu. Kot mera lomne duktilnosti je zato in`e-
nirski raztezek neprimeren.

V diagramu na sliki 1 je ~rtkano prikazana tudi
odvisnost pravega raztezka ε od prave napetosti σ. Prava
napetost je sila natezanja F, deljena z dejansko plo{~ino
prereza cilindri~nega preizku{anca S, torej σ = F/S.
Dejanska plo{~ina prereza preizku{anca se zaradi
plasti~ne deformacije pri natezanju zmanj{uje, nazadnje
z intenzivnim lokalnim zo`enjem. Nominalno ali in`e-
nirsko napetost, ra~unano na plo{~ino za~etnega prereza
cilindri~nega preizku{anca S0, bomo zato ozna~ili z σnom,
torej σnom = F/S0. Najve~ja in`enirska napetost, to je
napetost pri doseganju plasti~ne nestabilnosti σnom, m, je
seveda kar trdnost materiala Rm. Pravo in in`enirsko
(nominalno) napetost povezuje odvisnost:

σ =
F

S

F

S

S

S

S

S
= ⋅ =

0

0 0σ nom (2)

Ker pa je plasti~na deformacija stri`ni proces, ki ne
vklju~uje spremembe volumna, je vse do pojavljanja
plasti~ne nestabilnosti:

S

S

L

L
A0

0

1= = + (3)

pri ~emer smo upo{tevali definicijo in`enirskega (nomi-
nalnega) raztezka obremenjenega preizku{anca (1). Iz
(3) sedaj izhaja:

σ = σnom (A + 1) (4)

Poudariti ka`e, da izpeljava ena~be (4) predpostavlja
ne le konstantnost volumna pri plasti~ni deformaciji, pa~
pa tudi homogeno porazdelitev deformacije vzdol`
merilne dol`ine nateznega preizku{anca2. Zato ena~ba
(4) velja le do pojavljanja plasti~ne nestabilnosti, to je do
pojavljanja vratu na nateznem preizku{ancu.

Nasprotno od nominalnega, to je in`enirskega, raz-
tezka A je Ludwik3 definiral pravi raztezek ε prirastkov-
no:

dε =
d dL

L

S

S
= − (5)

kjer sta, kot `e re~eno, L oziroma S merilna dol`ina
oziroma plo{~ina prereza natezno obremenjenega cilin-
dri~nega preizku{anca. Identiteta (5) izhaja iz ugoto-
vitve, da je plasti~na deformacija stri`ni proces, ki ne
vklju~uje spremembe volumna. Za pravi raztezek ε
dobimo:

ε = − =∫
dS

S

S

SS

S

0

0ln (6)

imenujemo pa ga tudi logaritemski raztezek.
Iz ena~b (3) in (6) izhaja zveza med nominalnim, to

je in`enirskim, raztezkom in pravim raztezkom, ki zaradi
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Slika 1: In`enirski (to je nominalni) in pravi odnos napetost–raztezek
Figure 1: Engineering (i.e. nominal) and true stress–strain relationship



`e navedenih razlogov velja le v obmo~ju homogene
deformacije:

ε = ln (A + 1) (7)

Pri obremenitvah, ki presegajo maksimalno silo Fm,
pa lahko pravi raztezek utemeljimo z merjenjem plo{~ine
prereza oziroma premera D obremenjenega nateznega
preizku{anca na zo`enem mestu2. Potem iz (6) izhaja:

ε = ln ln
S

S

D

D
0

0

2= (8)

Zanimiv je pravi lomni raztezek ob poru{itvi ali lom-
na duktilnost εf, ki je s kontrakcijo Zf v enostavni zvezi:

εf = ln ln
S

S Z
0 1

1f f

=
−

(9)

uporabljamo pa ga kot merilo za oceno tako lomne
`ilavosti kot tudi preoblikovalnosti kovinskih mate-
rialov. Za oceno preoblikovalnosti pa je va`en {e
najve~ji pravi enakomerni raztezek εm, ki pomeni mejo
homogene deformacije pri natezenju. Definiramo ga
kot:

εm = ln
S

S
0

m

(10)

Iz ena~be (3) izhaja za najve~ji in`enirski enako-
merni raztezek Am izraz:

Am + 1 =
S

S
0

m

iz katerega po logaritmiranju dobimo zvezo med
najve~jim pravim in najve~jim in`enirskim enakomer-
nim raztezkom:

εm = ln (Am + 1) (11)

Najve~jo in`enirsko natezno napetost Rm = Fm/S0, to
je natezno trdnost, ter njej ustrezno pravo natezno
napetost σm = Fm/Sm lahko medsebojno pove`emo z
odpravljanjem sile Fm. Dobimo:

σm = Rm·
S

S
0

m

(12)

ter z upo{tevanjem (10) {e:

σm = Rm exp εm (13)

Ni~ {e ni bilo re~eno o tem, kako izmerimo najve~ji
enakomerni in`enirski raztezek Am. Ker ta raztezek
ustreza dose`eni maksimalni sili Fm pri natezanju, to je
pogoju dF/dA = 0, ga enostavno od~itamo s krivulje
napetost-raztezek v to~ki, v kateri je tangenta na krivuljo
horizontalna. ^e pa je krivulja napetost-raztezek v tem
delu zelo splo{~ena je tak{no dolo~evanje najve~jega
in`enirskega enakomernega raztezka dokaj nezanesljivo.
V tak{nem primeru raje uporabimo preizku{anec z
dvema razli~nima za~etnima merilnima dol`ininama L0a

in L0b, prikazan na sliki 2. Naj je L0a > L0b > Lk, pri ~emer
z Lk mislimo na tisti del merilne dol`ine L0b, na kateri se
po kon~anem enakomernem raztezanju pri~ne oblikovati

vrat preizku{anca. Od tedaj dalje se preizku{anec
podalj{uje le {e zaradi lokalnega zo`enja na mestu vratu.
Potem merilni dol`ini preizku{anca pri poru{itvi Laf

oziroma Lbf zapi{emo tako, da za~etnima dol`inama L0a

oziroma L0b pri{tejemo ustrezni enakomerni podalj{anji
do pojavljanja plasti~ne nestabilnosti, namre~ L0aAm

oziroma L0bAm, ter v obeh primerih {e razdaljo Lk, to je
podalj{anje preizku{anca zaradi tvorjenja vratu, ki je
neodvisna od izbire a oziroma b. Torej je Laf = L0a (1 +
Am) + Lk ter prav tako Lbf = L0b (1 + Am) + Lk . Iz obeh
zadnjih izrazov z eliminiranjem Lk dobimo za najve~ji
in`enirski enakomerni raztezek:

Am =
( ) ( )L L L L

L L
af 0a bf 0b

0a 0b

− − −
−

(14)

oziroma

Am =

L
L L

L
L

L L

L

L L

0a
af 0a

0a

0b
bf 0b

0b

0a 0b

( ) ( )−
−

−

−
(15)

Ker pa sta dose`ena in`enirska raztezka pri poru{itvi
Aaf in Abf definirana kot Aaf = (Laf – L0a)/L0a in Abf = (Lbf –
L0b)/L0b in ker je tudi L0a = aD0 oziroma L0b = bD0, pri
~emer je D0 za~etni premer nateznega preizku{anca, iz
(15) izhaja:

Am =
aA bA

a b
af bf−

−
(16)

V primeru, da uporabimo merilni dol`ini 5D0 in
10D0, katerima ustrezata in`enirska raztezka pri poru{itvi
A5f in A10f, bo najve~ji in`enirski enakomerni raztezek:

Am = 2A10f – A5f (17)

Z uporabo formule (11) pa lahko izrazimo {e najve~ji
pravi enakomerni raztezek, tokrat kot:

εm = ln (2A10f – A5f + 1) (18)

1.2 Plasti~na nestabilnost pri natezanju

Kovinski materiali se deformacijsko utrujejo, kar
pomeni, da se s pove~evanjem deformacije pove~uje
njihova nosilnost. Krivuljo te~enja σ – ε mnogih kovin-
skih materialov v obmo~ju enakomernega raztezanja
lahko zapi{emo z razli~nimi konstitutivnimi ena~bami 3-6.
Najbolj pogosto rabljena je Hollomonova poten~na
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Slika 2: K razlagi merjenja mejnega enakomernega raztezka z dvema
razli~nima merilnima dol`inama
Figure 2: To the explanation of the limit uniform elongation
measuring with two different gauge lengths



ena~ba4, pogosto citirana tudi kot Ludwik-Hollomonova
ena~ba:

σ = Kεn (19)

V ena~bi (19) je n eksponent deformacijskega utrje-
vanja (pri ve~ini kovinskih materialov je n med 0,1 in
0,5), K pa je trdnostna konstanta (v megapaskalih).

Ob tem ka`e poudariti, da hitrost deformacijskega
utrjevanja dσ/dε ni identi~na eksponentu deformacij-
skega utrjevanja. Iz (19) namre~ izhaja:

d

d

σ

ε
ε

ε
ε

σ

ε
= = =−Kn

n
K nn n1 (20)

Kot re~eno, ena~ba (19) je le ena od najpogosteje
uporabljanih konstitutivnih ena~b, zato na njej, pa tudi
na njenih izpeljankah, ni ni~ temeljnega. Ima pa veliko
prakti~no vrednost.

@e omenjenemu deformacijskemu utrjevanju pri
natezanju, ki ima za posledico pove~evanje nosilnosti
preizku{anca, nasprotuje zvezno zmanj{evanje nosilnega
prereza raztezajo~ega se preizku{anca. Do pojavljanja
vratu, to je pojavljanja lokalizirane plasti~ne deforma-
cije, pride pri maksimalni obremenitvi Fm, ko nara{~a-
jo~a napetost zaradi manj{anja pre~nega prereza
preizku{anca prese`e z deformacijskim utrjevanjem
povzro~eno pove~anje nosilnosti. Iz pogoja nestabilnosti
dF = 0 dobimo z ena~bo F = σS pogoj σdS + Sdσ = 0, od
koder z upo{tevanjem konstantnosti volumna izhaja za
to~ko plasti~ne nestabilnosti pri natezanju:

d

d

σ

ε
σ= (21)

Z vstavljanjem kriterija (21) v ena~bo (20) ugoto-
vimo, da je eksponent deformacijskega utrjevanja n v
ena~bi (19) numeri~no enak dose`enemu pravemu raz-
tezku ob pojavljanju plasti~ne nestabilnosti εm :

εm = n (22)

oziroma z upo{tevanjem ena~be (11):

n = ln (Am + 1) (23)

Eksponent deformacijskega utrjevanja n, ki pomeni
najve~ji pravi enakomerni raztezek, to je mejo dose`ene
homogene deformacije pri natezanju, se lahko uporablja
kot eden od kriterijev preoblikovalnosti v hladnem, saj
pomembno vpliva na obliko krivulje te~enja (19). Od
oblike te krivulje – tako smo imenovali odvisnost med
pravo napetostjo in pravim raztezkom – pa je odvisno
preoblikovalno delo na enoto volumna. Drug pomemben
kriterij preoblikovalnosti v hladnem pa je seveda lomna
duktilnost εf, to je dose`ena lokalna deformacija pri
natezanju, neposredno pred poru{itvijo.

Trdnostno konstanto K v poten~nem zakonu (19)
lahko sedaj, ko poznamo eksponent n, dolo~imo zelo
enostavno. Ko natezna sila F in z njo pravi enakomerni
raztezek ε dose`eta svoji najve~ji vrednosti Fm in εm,
dobimo iz poten~nega zakona za pravo napetost vrednost
σ = Kεm

n, zaradi (4) pa tudi σ = Rm (Am + 1). Potem je:

K = Rm
e

n

n






e = 2,71828... (24)

in o~itno oba parametra poten~nega zakona (19), nam-
re~ konstanto K in eksponent n, dolo~imo preprosto iz
in`enirskega diagrama napetost-raztezek, kot ga dobimo
pri nateznem preizkusu. Poznati moramo namre~ le
trdnost Rm in najve~ji in`enirski enakomerni raztezek
Am, ki ga na primer lahko izra~unamo z ena~bo (18).
Ludwik-Hollomonovo poten~no funkcijo (19), prika-
zano grafi~no kot krivuljo te~enja, uporabljamo za
napovedovanje preoblikovalnosti kovinskih materialov.
Pogosteje sicer tak{no krivuljo dobimo iz rezultatov
tla~nega preizkusa, pri katerem dosega homogena
deformacija znatno ve~je vrednosti kot pa pri natezanju.
V tem pregledu pa smo `eleli prikazati, kako jo lahko
dobimo iz rezultatov nateznega preizkusa.

Melander7 navaja v svojem pregledu, ki ga tu na
kratko povzemamo, da izpolnjevanje pogoja (22) ne
zado{~a popolnoma za nastajanje vratu na nateznem
preizku{ancu. Natan~nej{e analize plasti~ne nestabilnosti
pri enoosnem natezanju, ki sta jih opravila Miles in
Hutchinson8,9, ka`ejo, da se v primeru veljavnosti po-
ten~nega zakona (19) prvi sledovi vratu na cilindri~nem
nateznem preizku{ancu pri~nejo pojavljati pri raztezku:

εm = n
r

L

r

L

G
1

8 192

2 2 4 4

+






 +





















π πm

m

m

m mσ
(25)

pri ~emer sta rm in Lm polmer in merilna dol`ina cilin-
dri~nega nateznega preizku{anca pri maksimalni obre-
menitvi, G je stri`ni modul, σm pa prava napetost pri
maksimalni obremenitvi. Za konstrukcijska jekla je
G/σm ≈ 100, zato se bo pri cilindri~nem nateznem
preizku{ancu, ki je na primer desetkrat dalj{i od svojega
premera, pri~el tvoriti vrat pri raztezku εm ≈ 1,02 n. Pri
jeklu torej kljub vsemu skoraj tako, kot to napoveduje
ena~ba (22).

E. W. Hart10, ki je raziskal razvoj majhnih motenj
pre~nega prereza nateznega preizku{anca med njegovim
raztezanjem, je leta 1967 objavil teorijo, po kateri je pri
kovinskih materialih, ki so ob~utljivi za hitrost defor-
macije, pojavljanje vratu zakasnjeno. S konstitutivno
ena~bo:

σ = Kεn
&εm (26)

pri ~emer je &ε hitrost deformacije, m pa konstanta, je za
mejo stabilnosti pri natezanju dobil:

εm =
n

m1−
(27)

Vrednost eksponenta m v ena~bi (26) je navadno
manj{a od 0,01, tako da je ena~ba (27) blizu ena~bi (22).
Hartova teorija je bila kasneje dopolnjena z upo{te-
vanjem {e drugih motenj, ne le motenj pre~nega pre-
reza11. Analize so pokazale dokaj{njo podcenjenje
obsega stabilne deformacije pri Hartovih izpeljavah. ^e
so nasprotno od linearnega opisa motenj uporabljene
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nelinearne teorije12,13, se izka`e, da deformacija cilin-
dri~nega preizku{anca z za~etno nehomogenostjo sicer
ostane stabilna, ~eprav ne popolnoma homogena, tudi ~e
je izpolnjen Hartov pogoj. Dejansko pride do za~etka
pojavljanja nekoliko difuznega vratu blizu maksimalne
obremenitve, vendar se vrat razvija po~asi vse do nje-
govega morebitnega hitrega izoblikovanja. Deformacij-
sko stanje pri nastajanju vratu pa je bilo opisano
najve~krat le za osrednji del vratu12,14 in le redko za
celotni natezni preizku{anec15.

1.3 Kriteriji preoblikovalnosti

Poten~na funkcija (19) je pomembna za tehnologijo
preoblikovanja v hladnem, kjer veljajo krivulje te~enja
za temeljne karakteristike kovinskih materialov. Za
tehniko preoblikovanja pa ni pomembna le oblika kri-
vulje te~enja, pa~ pa tudi njen konec, ki se sklada s
poru{itvijo nateznega preizku{anca. Krivulja te~enja pri
enoosnem nateznem preizkusu se pri~ne spreminjati s
pojavljanjem vratu na nateznem preizku{ancu in posle-
di~no z nastajanjem triosnega stanja napetosti v vratu.

@e Siebel16 je ugotovil, da je pojavljanje razpok pri
preoblikovanju kovinskih materialov povezano z
induciranimi nateznimi napetostmi, celo pri procesih,
kakr{no je kovanje, ki je prvenstveno tla~ni postopek.
Znano je na primer, da postane kovinski material
"mehak" zaradi dvoosnega tla~nega stanja napetosti pri
vle~enju `ice skozi votlico, kjer so zato dose`ene ve~je
kon~ne deformacije kot pa pri enoosnem nateznem
preizkusu17 (pri katerem je lahko dose`ena le homo-gena
deformacija εm).

Pugh in Green18 sta na primer dokazala, da super-
pozicija hidrostati~nega tlaka v procesu ekstruzije mo~no
izbolj{a preoblikovalnost duktilnih materialov in da se
pod temi pogoji lahko preoblikujejo celo materiali, ki
sicer veljajo za krhke. Nasprotno pa kovinski material
postane "trd in hkrati povsem krhek" pri ~istem hidro-
stati~nem nategu, kjer je dose`ena kohezijska trdnost RC

pri lomu s cepljenjem. Hidrostati~ne komponente natez-
nega triosnega stanja napetosti vplivajo torej na prehod v
krhko stanje, podobno kot nizke temperature in visoke
hitrosti raztezanja pri enoosnem nateznem preizkusu. Vsi
ti vplivi na prehod v krhko stanje se seveda lahko
neugodno se{tevajo1.

1.3.1 Cockcroft-Lathamov kriterij

Latham19 je leta 1963 opazil, da do poru{itve pri
postopkih preoblikovanja kovinskih materialov prihaja v
obmo~ju maksimalnih nateznih napetosti. Pri nateznem
preizkusu, na primer, je to v vzdol`ni osi nateznega
preizku{anca na zo`enem mestu. Res je, da v duktilnih
kovinskih materialih tam pri~no nastajati pore, ki se v
zadnji stopnji nateznega preizkusa pri~nejo zlivati v
mikrorazpoke, katerih napredovanje proti obodu kon~no
privede do poru{itve nateznega preizku{anca (s pojavom
stri`ne ustnice na robu zaradi nastajajo~ega ravninskega
napetostnega stanja v obodnem ligamentu).

Pri cilindri~nem nateznem preizku{ancu lahko nape-
tosti v najo`jem delu vratu preizku{anca izra~unamo z
razli~nimi pribli`ki17, 20-26. Lahko jih obravnavamo kot
vsoto dveh delov. Prvi je ekvivalentna napetost, ki je
enaka delujo~i napetosti te~enja in jo lahko imamo za
konstantno v celotnem prerezu. Drugi del pa je hidro-
stati~no natezanje, ki se spreminja od ni~ na obodu
preizku{anca do najve~je vrednosti v osi preizku{anca.
Cockcroft27 ter Cockcroft in Latham28 sta pokazala, da za
oceno preoblikovalnosti kovinskih materialov ni primer-
no uporabljati splo{nega kriterija, utemeljenega na
celotnem plasti~nem delu na enoto volumna do poru{itve
pri natezanju, ~e je tak{en kriterij utemeljen z delujo~o
napetostjo te~enja (current yield stress), na katero –
nasprotno od maksimalne natezne napetosti v osi
preizku{anca (peak stress) – oblika vratu nateznega
preizku{anca ne vpliva. Posledi~no bi torej, pri uporabi
tak{nega kriterija, oblika vratu ne imela vpliva na lomno
duktilnost, kar pa je v nasprotju z eksperimentalnimi
ugotovitvami28. Omenjena raziskovalca27,28 sta zato pred-
lo`ila spremenjeno obliko splo{nega kriterija, namre~
Cockcroft-Lathamov kriterij utemeljen z gostoto natezne
deformacijske energije, pri ~emer sta upo{tevala maksi-
malno natezno napetost v osi nateznega preizku{anca,
kjer pri natezanju pride do za~etkov poru{itve z
nukleiranjem mikropor. V literaturi je navedenih {e ve~
drugih kriterijev za oceno preoblikovalnosti kovinskih
materialov. Modificirano obliko Cockcroft-Lathamovega
kriterija, ki pa vklju~uje tudi ~len s hidrostati~no nape-
tostjo, je predlo`il Brozo s sodelavci29. Druge tovrstne
kriterije so predlo`ili {e Oyane30, Clift31, Hoffmanner32 in
Osakada33, spisek pa s tem {e zdale~ ni iz~rpan.
Omenjeni kriteriji so bili kasneje uspe{no uporabljeni pri
raziskavah preoblikovalnosti kovinskih materialov v
hladnem34-36.

Od na{tetih kriterijev si bomo pobli`e ogledali le
Cockcroft-Lathamovega, ki se zdi posebej zanimiv s
stali{~a uporabe gladkega cilindri~nega nateznega
preizku{anca. Upo{tevajo~ posplo{eno von Miesesovo
definicijo ekvivalentnih napetosti in deformacij, lahko
Cockcroft-Lathamov kriterij zapi{emo v obliki:

σ
σ

σ
ε

∗ε 





∫

0

f

d = W (28)

Do poru{itve pri natezanju pa pride, ko integral (28)
dose`e neko vrednost W, ki je zna~ilna konstanta
kovinskega materiala pri dolo~eni temperaturi, hitrosti
deformacije itd. Pri tem je σ ekvivalenta napetost, ε je
ekvivalentna deformacija, σ* je najve~ja natezna nape-
tost, (σ*/σ) pa je brezdimenzijski faktor koncentracije
napetosti, ki zajema vpliv najve~je natezne napetosti v
vratu. Tako ima konstanta W dimenzijo dela na enoto
volumna (N/m2 = N m/m3 = J/m3). Zgornja integracijska
meja εf pomeni ekvivalentno lomno duktilnost. ^e ne
deluje nobena natezna napetost, pa~ pa le tla~na, je σ* =
0 in do poru{itve naj sploh ne bi pri{lo28. Geometrija
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vratu na nateznem preizku{ancu in porazdelitev aksialne
natezne napetosti σz je prikazana na sliki 3.

V poenostavljeni, za ra~unanje primerni obliki zapi-
{emo integral (28) kot:

σ ε∗
ε

0

f

d∫ = W (29)

pri ~emer lahko korekcijo zaradi vratu in projekcijo
napetosti σ* dolo~imo na `e znane na~ine17, 20-26. Dokaj
obi~ajna je uporaba ena~b po Bridgamnu17, v tem pre-
gledu pa bomo raje uporabili {e enostavnej{i pribli`ek
po Davidenkovu in Spiridonovi20, kot je to naredil `e
Wright s sodelavci34. Potem je porazdelitev napetosti v
najo`jem delu vratu nateznega preizku{anca podana z
ena~bama:

σav = σ 1
2

+








R

ρ
(30)

σ* = σ 1
4

+








R

ρ
(31)

pri ~emer je σav povpre~na napetost v vratu preizku-
{anca (breme deljeno s plo{~ino prereza vratu na naj-
o`jem mestu), R je polmer pre~nega prereza vratu na
najo`jem mestu, z ρ pa smo ozna~ili krivinski polmer
profila vratu. Z eliminiranjem σ v ena~bah (30) in (31)
lahko izrazimo maksimalno aksialno napetost v naj-
o`jem delu vratu nateznega preizku{anca s povpre~no
natezno napetostjo na tem mestu, ra~unajo~ tudi z
geometrijo vratu. Na{a naloga bo torej, da poleg `e
znanih geometrijskih karakteristik nateznega preizku-
{anca po poru{itvi izmerimo tudi polmer pritisnjenega
kroga v vratu preizku{anca. Idealno bi seveda bilo, ~e bi
ta polmer lahko zvezno merili med samim nateznim
preizkusom, vendar tega natezni trgalni stroji navadno
ne omogo~ajo.

Upo{tevaje utrjevanje kovinskih materialov zapi{emo
poten~no funkcijo (19) s posplo{enimi napetostmi in
deformacijami v obliki:

σ = Kεn (32)

vrednosti za K in n pa dolo~imo na primer tako, da v
ena~bo (32) zapored substituiramo vrednosti, ki veljajo
za napetost te~enja Rp0,2 pri enoosnem nateznem preiz-
kusu (σ = Rp0,2 pri ε = 0,002) ter za poru{itev preiz-
ku{anca34, ko napetost σ lahko enostavno izra~unamo z
ena~bo (30), upo{tevaje polmer pritisnjenega kroga ρ v
vratu poru{enega nateznega preizku{anca, in povpre~no
napetost σav v najo`jem delu vratu v trenutku poru{itve.
K in n pa lahko izra~unamo tudi iz pogoja plasti~ne
nestabilnosti ob pojavljanju vratu, namre~ kar z ena~ba-
ma (22) in (24).

[e beseda o zgornji integracijski meji pri (29). Videli
bomo, da za natezni preizkus v splo{nem velja:

ε = ε1 = ln
S

S
0





(33)

kot to izhaja iz poenostavljenega izraza za ekvivalentno
deformacijo, ki sta ga na{la Hosford in Caddell37 in ki
ima obliko:

ε =
2

3 1
2

2
2

3
2( )ε ε ε+ + (34)

pri ~emer smo z epsiloni ozna~ili glavne deformacije.
Za deformacijo pri nateznem preizkusu velja:

ε1 = εmax in ε2 = ε3 ≠ ε1 (35)

zaradi konstantnosti volumna pa je: ε1 + ε2 +ε3 = 0, iz
~esar izhaja: ε1 + 2ε2 = 0.

Z ena~bo (34) sedaj dobimo:

ε = ε1 = εmax (36)

od koder sledi za zgornjo integracijsko mejo εf:

εf = ε1 = ln (S0/Sf) (37)

torej izraz, ki ga `e poznamo, saj smo ga uporabili za
kalibriranje poten~ne funkcije (32).

Odvisnost σ* vs. oziroma zaradi (33) kar enostavno σ*

vs. ε, lahko sedaj dolo~imo z ena~bama (30) in (31) ob
privzetku, da se pri~ne pojavljati vrat pri natezni trdnosti
Rm, ko σav dose`e σm in ε dose`e εm. Privzamemo pa {e,
da v odvisnosti od deformacije ε maksimalna natezna
napetost σ* nara{~a vse od pojavljanja vratu pa do loma
preizku{anca pribli`no linearno, kot je to prikazano v
diagramu na sliki 4. O tem privzetku bo sicer nekaj go-
vora {e kasneje. Celotna {rafirana povr{ina pod krivuljo
v tem diagramu pomeni delo aksialne natezne napetosti
do poru{itve, torej vrednost W integrala (29). Omenjeno
povr{ino lahko razdelima na dva dela, kar pomeni, da
integral (29) zapi{emo kot:

W = σ ε+ σ ε
ε

∗

ε

ε

0

m

m

f

d d∫ ∫ (38)
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Slika 3: Geometrija vratu in porazdelitev aksialne natezne napetosti
Figure 3: Geometry of the necked region and distribution of axial
tensile stress



Po vstavljanju znane funkcijske odvisnosti σ vs. ε v
prvega od zgornjih integralov in po uporabi trapezne
formule za zapis drugega integrala v izrazu (38), za W
kon~no dobimo:

W =
k

n
n

+
+ −+

1 2
1ε

σ +σ
ε εm

m f
f m

*

( ) (39)

Cockcroft-Lathamov kriterij (29) je pomemben za
oceno preoblikovalnosti kovinskih materialov, saj je
Kuhn s sodelavci38 ugotovil, da je ta kriterij mogo~e
teoreti~no povezati s tistim, ki se sicer uporablja za
napovedovanje pojavljanja povr{inskih razpok pri tla~e-
nju in ki ima obliko:

ε1 +
ε2

2
= a (40)

pri ~emer je ε1 najve~ja glavna natezna deformacija na
povr{ini tla~enega preizku{anca, ε2 je najve~ja glavna
tla~na deformacija na povr{ini, a pa je zna~ilna kon-
stanta materiala.

1.4 Absorbirana specifi~na energija loma (ASFE) in
Gillemotov kriterij

V prej{njem poglavju smo opisali uporabo Cock-
croft-Lathamovega kriterija za oceno preoblikovalnega
dela z gladkim cilindri~nim nateznim preizku{ancem.
Podoben energijski kriterij je za oceno `ilavosti kovin-
skih materialov, neodvisno od `e omenjenih raziskoval-
cev preoblikovalnosti27-33, v {estdesetih letih prej{njega
stoletja predlo`il L. Gillemot39-40, imenoval pa ga je
absorbirana specifi~na energija loma (The Absorbed
Specific Fracture Energy – ASFE). ASFE naj bi bila
deformacijska energija na volumensko enoto materiala,
potrebna za iniciiranje mikrorazpoke. Izhaja iz obrav-
nave absorbirane energije v infinitezimalno majhnem
volumskem elementu ob konici razpoke ali okoli
prelomne povr{ine nateznega preizku{anca, kot je to
shematsko prikazano na sliki 5. Specifi~na vrednost te

energije je ASFE41. Merjenje absorbirane energije v
infinitezimalno majhnem volumnu materiala seveda ni
mo`no, vendar ga lahko z zadovoljivo natan~nostjo
aproksimiramo z izra~unavanjem za lom potrebne ener-
gije preko celotne prelomne povr{ine gladkega cilin-
dri~nega preizku{anca. S tega zornega kota so gladki
cilindri~ni natezni preizku{anci sploh najprimernej{i, saj
iniciiranju razpoke `e takoj tudi nestabilna poru{itev
preizku{anca. V primeru ko je med iniciiranjem razpoke
ter lomom preizku{anca absorbirane le malo energije v
primerjavi z energijo, porabljeno za plasti~no deforma-
cijo, lahko absorbirano specifi~no energijo loma pri-
bli`no izra~unamo z integralom:

WC = σ ε
ε

d
f

0
∫ (41)

Absorbirana specifi~na energija loma WC/(MJ/m3) je
torej enaka povr{ini pod krivuljo prava napetost-prava
deformacija v mejah od za~etka te~enja (ε = 0 pri σ =
Rp0,2) pa do loma preizku{anca (ε = ε f). Ozna~ili smo jo z
WC, pri ~emer indeks "C" pomeni, da gre – kot bomo
videli – za kriti~no vrednost, povezano z iniciiranjem
napredujo~e razpoke41.

Izra~unavanje integrala (41) na~eloma zahteva
zvezno merjenje minimalnega prereza cilindri~nega
preizku{anca med natezanjem. Vendar si tudi tokrat
pomagamo s predpostavljenim linearnim potekom prave
napetosti vse od pojavljanja plasti~ne nestabilnosti pa do
poru{itve preizku{anca. Pri tem pa sta mo`na dva
nekoliko razli~na privzetka. MacGregor42, ki je ekspe-
rimeniral z razli~nimi jekli, je privzel, da je prava
napetost σ linearno odvisna od pravega raztezka ε, kot je
to prikazano v diagramu na sliki 6, in kar je zapisal kot:

σ = σm + σm (ε – εm) (42)

pri ~emer ka`e omeniti, da je MacGregor pri nateznem
preizkusu dejansko meril odvisnost prave napetosti od
premera preizku{anca na kriti~nem mestu oziroma od
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Slika 4: Ekvivalentna napetost in maksimalna aksialna napetost v
odvisnosti od ekvivalentne deformacije pri natezanju (shematsko)
Figure 4: Effective stress, and peak axial stress, versus effective
strain at tensile testing (schematically)

Slika 5: Teoreti~na definicija absorbirane specifi~ne energije loma
ASFE (WC) po Gillemotu39-41

Figure 5: Theoretical definition of absorbed specific fracture energy
ASFE (WC) according to Gillemot39-41



prave kontrakcije z, ki jo je – analogno Ludwikovi defi-
niciji pravega raztezka – definiral kot43:

z =
dS

S

S

SS

S 0

0∫ = ln (43)

Körber in Rohland44, ki sta eksperimenirala z nik-
ljem, `elezom, bakrom in aluminijem, pa sta privzela, da
je prava napetost linearno odvisna od kontrakcije Z, kar
sta zapisala kot:

σ = 2σm + σm
S

Sm

(44)

Obe predpostavki sta le navidezno v nasprotju, saj iz
ε = ln (S0/S) = ln 1/(1 – Z) izhaja:

Z = 1 – exp (–ε) (45)

^e eksponentni del v (45) razvijemo v vrsto, ugoto-
vimo, da sta pri majhnih ε oba privzetka, Körber-
Rohlandov in MacGregorjev, identi~na. Pri kovinskih
materialih, pri katerih sta pravi raztezek pri poru{itvi εf

in kontrakcija pri poru{itvi Zf dokaj velika, se ka`e
Körber-Rohlandov privzetek primernej{i.

Iz diagrama na sliki 6 brez te`av razberemo, da v
primeru linearne odvisnosti med pravo napetostjo in
pravim raztezkom velja:

WC =
( ) )

( )
Rp0,2 m

m
m f

f m

+
+

+
−

2

3 2

σ
ε

(σ σ
ε ε (46)

kar nas od dale~ spominja na ena~bo (39).
^e je εf < 1,3, lahko ena~bo (46) z zadovoljivo na-

tan~nostjo nadomestimo kar z ena~bo:

WC ≈
( )Rp0,2 f

f

+ σ
ε

2
(47)

^e pa je v obravnavanem obmo~ju prava napetost
linearno odvisna od kontrakcije, pa dobimo:

WC =
( )Rp0,2 m

m

+ 2

3

σ
ε + 2σm (εf – εm) +

+ σm [exp (εm – εf) – 1] (48)

Ker je obremenitev v trenutku poru{itve v~asih te`ko
natan~no izmeriti, je tudi σf lahko manj natan~na. Ra~u-
nanje z ena~bama (46) oziroma (47) je zato manj
natan~no kot z ena~bo (48).

Omenili smo `e, da pri nateznem preizkusu iniciirana
razpoka pri~ne napredovati le malo pred poru{itvijo
cilindri~nega nateznega preizku{anca, zato je specifi~na
energija loma skoraj identi~na absorbirani energiji do
loma. Napredujo~a razpoka v osrednjem delu nateznega
preizku{anca se torej iniciira, kakor hitro je v to~ki
iniciiranja na enoto volumna absorbirana energija WC.
Lomnomehansko je tedaj dose`ena kriti~na hitrost
spro{~anja deformacijske energije (critical strain-energy
release rate) preko celotne povr{ine napredujo~e raz-
poke. V podrobnostih bo zveza med absorbirano energijo
do loma in lomno `ilavostjo obravnavana v poglavju 2.2
o cilindri~nem nateznem preizku{ancu z zarezo po
obodu, saj se tak{ni natezni preizku{anci pogosto
uporabljajo za oceno lomne `ilavosti v povezavi s krite-
rijem gostote deformacijske energije45-48.

Ne kraju tega poglavja ne ka`e zamol~ati dejstva, da
bi bila namesto specifi~ne energije, absorbirane do loma
WC /ena~be (46) do (48)/ za merjenje lomne `ilavosti –
na primer s cilindri~nimi preizku{anci z obodno zarezo –
najbr` primernej{a Cockcroft-Lathamova specifi~na
energija W /ena~ba (39)/, to je plo{~ina pod krivuljo σ*

vs. ε do poru{itve. Res je namre~ maksimalna aksialna
napetost σ*, delujo~a v osi cilindri~nega nateznega
preizku{anca ter s tem povezana specifi~na absorbirana
energija W, relevantna za nukleacijo por in njihovo
zlivanje v razpoko ter za njeno napredovanje iz sredine
gladkega cilindri~nega preizku{anca. Pri preizku{ancih
z obodno zarezo, pa bo ta energija absorbirana v
plasti~ni coni ob korenu zareze, iz katere napreduje
razpoka.

1.5 Hahn-Rosenfieldova korelacija za lomno `ilavost
KIc

Popolnoma neodvisno od opisanega kriterija gostote
doformacijske energije pa sta Hahn in Rosenfield49 na
modelu nateznega preizkusa z gladkim cilindri~nim
preizku{ancem zasnovala svojo polempiri~no koncepcijo
dolo~evanja lomne `ilavosti nekaterih kovinskih mate-
rialov. V tem pregledu bomo analizo Hahn-Rosen-
fieldove korelacijske ena~be za lomno `ilavost KIc

povzeli po Garretu in Knottu50 ve~inoma tako, kot je
objavljena v knjigi Fracture Mechanics avtorjev Jansena,
Zuidema in Wanhilla51.

Hahn in Rosenfield sta obravnavo pri~ela z razpoko,
osnovne zna~ilnosti njunega modela pa so prikazane na
sliki 7, na kateri je ozna~eno obmo~je intenzivne pla-
sti~ne deformacije v okolici konice razpoke. [irina tega
obmo~ja λ je odvisna od deformacijskega utrjevanja
kovine, to je od eksponenta deformacijskega utrjevanja
n. Stri`no deformacijo ob konici razpoke zapi{emo
pribli`no kot:
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Slika 6: Diagram prava napetost–prava deformacija za nelegirano
ogljikovo jeklo40

Figure 6: True stress–true strain diagram of a plain carbon steel40



γ =

δ

2
λ

t

( )n
(49)

pri ~emer je δt odpiranje konice razpoke.
Jedkanja plasti~ne cone dokazujejo, da deformacija v

tej coni ni enakomerna. Predpostavimo linearno poraz-
delitev stri`ne deformacije, pa tudi, da je povpre~na
natezna deformacija ε v tem obmo~ju pribli`no γ/2.
Potem je maksimalna natezna deformacija ob konici
razpoke:

εmax = 2ε = γ =
δ

2λ
t

( )n
(50)

Ob pojavu loma je δt = δt krit in εmax = εf
* ter tudi λ(n) =

λ(n)krit. Torej

εf
* =

δ

2λ
t krit

krit( )n
(51)

Hahn in Rosenfield sta merila λ(n)krit. pri {tevilnih
jeklih, titanovih ter aluminijevih zlitinah. Za ravninsko
deformacijsko stanje sta na{la odvisnost λ(n)krit. = 0,025
n2, ~e sta {irino plasti~ne cone izrazila v metrih. Izko-
ristila sta tudi spoznanje McClintocka52, ki je izra~unal
kriti~no pravo deformacijo εf

*, potrebno za koalescenco
mikropraznin pri duktilnem tipu nukleacije mikrorazpok,
in dobil:

εf
* =

ε f

3
(52)

pri ~emer je εf lomna duktilnost pri nateznem preizkusu,
ki smo jo `e izra~unali z ena~bo (9) kot: εf = ln (S0/Sf) =
ln 1/(1 – Zf).

Eksperimenti Robinsona in Tetelmana53 so pokazali,
da pri ravninskem deformacijskem stanju odvisnost med
δt in faktorjem intenzitete napetosti KI te`i k vrednosti,
napovedani z Dugdale-jevim pribli`kom:

δt =
K

ER
1
2 21( )− ν

α p0,2

≈
K

ER
1
2

p0,2

(53)

pri ~emer je ν Poissonovo {tevilo, E pa modul elasti~no-
sti.

Ko v ena~bo (53) za δt vstavimo kriti~no vrednost
δt krit iz ena~be (51), pri ~emer upo{tevamo navedena

izraza za λ(n)krit. in εf
* ter upo{tevamo tudi dejstvo, da

tedaj KI dose`e kriti~no vrednost KIc, dobimo:

KIc =
0 05

3

2, ε f p0,2n ER
(54)

kar je znana Hahn-Rosenfieldova korelacijska ena~ba za
izra~unavanje lomne `ilavosti KIc iz rezultatov natez-
nega preizkusa, opravljenega z gladkim cilindri~nim
preizku{ancem. Zaradi izkustveno ugotovljene odvisno-
sti med λ(n)krit. in n je korelacija (54) polempiri~na, zato
moramo paziti na enote. Ako napetost te~enja Rpo,2 in
modul elasti~nosti E izrazimo kot E/(MN m–2) oz.
E/MPa, dobimo lomno `ilavost KIc/(MN m–3/2) oz. KIc/
(MPa m1/2).

Ena~ba (54) se uporablja za izra~unavanje lomne
`ilavosti jekel srednje in visoke trdnosti. Izkazalo pa se
je celo54, da jo lahko uporabimo za izra~unavanje mej-
nega praga intenzitete napetosti KTH oz. KHE navodi~enih
jekel z visoko trdnostjo, ~e le v ena~bo (54) vstavimo
izmerjene vrednosti pri upo~asnjenem natezanju. @e
majhne koncentracije vodika v jeklu (manj{e od 1 µg/g)
z visoko trdnostjo namre~ pri upo~asnjenem natezanju
poslab{ajo lomno duktilnost εf zaradi segregiranja vodi-
ka v obmo~ju triosnosti (vrat preizku{anca) ter povzro-
~ijo pojavljanje mejnega praga intenzitete napetosti. Pri
stati~nem obremenjevanju navodi~enih jekel z visoko
trdnostjo ima obstoj tak{nega praga za posledico
zapozneli lom jekla (delayed failure). Pri navadnih
hitrostih natezanja pa za segregiranje vodika ni dovolj
~asa in je z ena~bo (54) izra~unana vrednost na osnovi
podatkov "hitrega" nateznega preizkusa dejansko lomna
`ilavost jekla.

Poleg Hahn-Rosenfieldove formule so znani {e drugi
poskusi iskanja korelacij med lomno `ilavostjo kovin-
skih materialov in lastnostmi pri enoosnem nateznem
preizkusu. Schwalbe55 navaja eno od tak{nih formul:

KIc = 4 55 0 23, ( , )*ε f void p0,2+ d ER (55)

B. ULE: OD GLADKEGA CILINDRI^NEGA NATEZNEGA PREIZKU[ANCA ...

MATERIALI IN TEHNOLOGIJE 39 (2005) 6 197

δt
Podro~je intenzivne
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Slika 7: Model plasti~ne cone pri ravninskem deformacijskem stanju
na za~etku pojavljanja nestabilnosti51

Figure 7: Model of plane strain plastic zone at the onset of
instability51
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Slika 8: Tvorba mikropor ob delcih v obmo~ju intenzivne plasti~ne
deformacije51

Figure 8: Microvoid formation at particles within the region of
intense plastic deformation51



utemeljeni z zahtevo, da mora povpre~na deformacija na
razdalji dvoid med delci (vklju~ki, izlo~ki) dose~i εf*, da
pride do loma. Nasprotno od Hahn-Rosenfieldove kore-
lacije (54) vklju~uje korelacija (55) tudi mikrostrukturni
parameter dvoid, za katerega vzamemo kar premer jamic
na prelomni povr{ini. Zdi se, da mora biti razdalja dvoid

znatno manj{a od λ(n), pa tudi manj{i od δt krit, ~e naj bo
KIc veljavna. Obe zahtevi sta prikazani na sliki 8.

Ena~ba (56) pove, da je lomna `ilavost na zapleten
na~in odvisna od drugih materialnih lastnosti. ^e se na
primer Rpo,2 pove~a, lahko pri~akujemo, da se bo εf*
zmanj{al, to zmanj{anje pa je povezano z zmanj{anjem
efektivnega dvoid (premera jamic) zaradi nukleacije in
rasti mikropor na mnogo ve~ mestih. Za vse obravna-
vane kovinske materiale (aluminijeve in titanove zlitine
ter jekla) pa velja smer zmanj{evanja lomne `ilavosti pri
pove~evanju napetosti te~enja.

V poglavju o Cockcroft-Lathamovem kriteriju preo-
blikovalnosti smo ugotovili, da je specifi~na absorbirana
energija do loma W odvisna od maksimalne aksialne
natezne napetosti σ*, delujo~e v osi cilindri~nega natez-
nega preizku{anca, ta pa od krivinskega polmera ρ
pritisnjenega kroga v vratu preizku{anca. Pri dveh
kovinskih materialih z razli~nima krivinskima polme-
roma vratu na nateznem preizku{ancu, a enakimi dru-
gimi lastnostmi (predvsem enakima kontrakcijama oz.
lomnima duktilnostima), bo ve~ absorbirane energije do
loma pri kovinskem materialu z manj{im krivinskim
polmerom vratu (lokalizirana kontrakcija, ve~ja σ*),
manj pa pri kovinskem materialu z ve~jim krivinskim
polmerom vratu (difuzna kontrakcija, manj{a σ*).
Opisanega vpliva ve~je ali manj{e difuznosti kontrak-
cijskega zo`enja na cilindri~nem nateznem preizku{ancu
na specifi~no absorbirano energijo do loma, s tem pa –
kot bomo videli kasneje – tudi na lomno `ilavost, pa ni
najti v Hahn-Rosenfieldovi korelacijski ena~bi (54) za
KIc. Vendar pa je potencialni vpliv razlik v difuznosti
kontrakcijskega zo`enja na lomno `ilavost kovin (pri
nespremenjeni lomni duktilnosti) verjetno zelo majhen.

2 CILINDRI^NI NATEZNI PREIZKU[ANEC Z
OBODNO ZAREZO

2.1 Zarezna ob~utljivost

Omenili smo `e, da hidrostati~ne komponente natez-
nega triosnega stanja napetosti vplivajo na prehod v
krhko stanje, podobno kot nizke temperature in visoke
hitrosti deformacije pri enoosnem natezanju. Pri preiz-
ku{ancih z zarezo moramo zato ra~unati s poslab{anjem
lomne duktilnosti ob dnu zareze zaradi neugodnega
ve~osnega stanja nateznih napetosti na tem mestu. Ob
zarezi prihaja do koncentracije napetosti in raztezkov,
seveda odvisno od ostrine in globine zareze. Na povr{ini
v dnu zareze in na zunanji povr{ini ob zarezi obstaja
dvoosno napetostno stanje. V notranjosti ob zarezi pa je
triosno stanje nateznih napetosti, ki lahko privede do
krhkega loma. Na sliki 9a je prikazan potek najve~jih

glavnih raztezkov in napetosti za primer upo{tevanja
linearne teorije elasti~nosti1. Konice poteka raztezkov in
napetosti so tu vselej na dnu zareze. Na sliki 9b pa so
prikazani poteki najve~jih glavnih raztezkov in napetosti
za primer upo{tevanja elasto-plasti~ne teorije, in sicer za
ravninsko napetostno stanje (RNS), na primer pri tankih
plo{~ah, ter za ravninsko deformacijsko stanje (RDS), na
primer v srednji ravnini debelih plo{~1. V obeh primerih
ima potek najve~jih raztezkov konico na dnu zareze.
Toda medtem ko ima potek napetosti pri RNS {e vedno
konico na dnu zareze, pa ima potek napetosti pri RDS
konico napetosti zaradi neugodne triosnosti znotraj. Pri
RDS imamo dva mo`na vzroka za~etka poru{itve
natezno obremenjenega preizku{anca (ali pa konstruk-
cijskega elementa) z zarezo, bodisi doseganje lomne
duktilnosti na povr{ini dna zareze, bodisi doseganje
kohezijske trdnosti v konici najve~je normalne napetosti
znotraj ob dnu zareze. S tem nastopi stabilno napredo-
vanje razpoke. Nestabilno napredovanje pa pri duktilnem
kovinskem materialu nastopi pri vi{ji obte`bi takrat, ko
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Slika 9: Najve~je napetosti in raztezki pri elasti~ni (a) in pri
elasto-plasti~ni re{itvi (b)1

Figure 9: Maximum stresses and strains at elastic solution (a) and at
elasto-plastic solution (b)1



postane prirastek spro{~ene elasti~nostne energije pri
napredovanju razpoke ve~ji od energije, ki se pri tem
porabi za plastifikacijo vrha razpoke in nastanek novih
povr{in napredujo~e razpoke.

Poslab{anje lokalne duktilnosti kovinskih materialov
zaradi izoblikovanja triosnega stanja napetosti in njenega
gradienta ob zarezi imenujemo zarezna ob~utljivost
(notch sensitivity). Za merjenje zarezne ob~utljivosti
najve~krat uporabljamo cilindri~ne natezne preizku{ance
z zarezo po obodu (circumferentially notched round-bar
specimens), pri ~emer je kot odprtja zareze 60°, korenski
polmer v dnu zareze pa 0,025 mm ali manj56. Globina
zareze je navadno tak{na, da je povr{ina pre~nega pre-
reza na mestu zareze enaka polovici povr{ine pre~nega
prereza gladkega preizku{anca. Ve~ je o tak{nih nateznih
preizkusih `e sredi prej{njega stoletja pisal Lubahn57,
merjenja zarezne ob~utljivosti pa so tedaj mnogo upo-
rabljali za ocenjevanje lastnosti jekel z visoko trdnostjo,
pri raziskavah vodikove krhkosti jekel in titanovih zlitin
ter pri ocenjevanju zarezne ob~utljivosti zlitin za upo-
rabo pri visokih temperaturah (na primer nimonikov za
lopatice turbin reakcijskih motorjev). Zdelo se je, da bo
tovrstno merjenje z razvojem mehanike loma izgubilo na
pomenu, pa ni ~isto tako.

Pri~nimo z natezno trdnostjo ob zarezi (notch tensile
strength) RNTS, ki je definirana s kvocientom maksi-
malne, to je poru{ne obremenitve in povr{ine za~etnega
neto-prereza preizku{anca na mestu zareze. Zaradi pla-
sti~nega odpora ob zarezi (plastic constraint) bo ta
vrednost ve~ja od natezne trdnosti Rm gladkega preizku-
{anca, ~e bo le kovinski material vsaj nekoliko `ilav.
Zarezno ob~utljivost bomo zato izrazili z ulomkom, ki
ga imenujemo zarezno trdnostno razmerje NSR (notch-
strength ratio):

NSR =
σ NTS

mR
(56)

Po dogovoru je kovinski material krhek ob zarezi, ~e
je NSR < 1. Povejmo {e, da pri tovrstnem merjenju ~esto
ugotavljamo tudi kontrakcijo (duktilnost) ob zarezi. Na
sliki 10 je na primer prikazan potek trdnosti in duktil-
nosti ob zarezi za jekli A in B v odvisnosti od natezne
trdnosti. O~itno je jeklo A zarezno ob~utljivej{e od jekla
B, saj pri jeklu A razmerje NSR dose`e vrednost manj od
1 `e pri manj{i trdnosti (ima pa tudi vseskozi slab{o
duktilnost ob zarezi).

Poleg zareznega trdnostnega razmerja NSR se upo-
rablja {e NYR ali notch-yield ratio, definiran kot:

NYR =
σ NTS

p0,2R
(57)

Kaufman in Johnson58 sta pokazala, da je NYR bolj
indikativno od NSR, ko gre na primer za oceno relativne
`ilavosti razli~nih aluminijevih zlitin, in to neodvisno od
oblike zareze. Na osnovi teh opa`anj so bile raziskane
{tevilne aluminijeve zlitine59-61.

Tada s sodelavci62 je celo na{el odvisnost med lomno
`ilavostjo KIc in natezno trdnostjo ob zarezi σNTS, in si-
cer:

KIc = 0,454 σNTS D1/2 (58)

pri ~emer je D zunanji premer cilindri~nega nateznega
preizku{anca z obodno zarezo. Ena~ba (58) daje dobre
rezultate celo brez korekcije plasti~ne cone, ~e je le
razmerje NYR < 1,1. Raziskave, ki sta jih na razli~nih
aluminijevih zlitinah opravila Kang in Grant63, pri
~emer sta upo{tevala tudi velikost plasti~ne cone v
korenu zareze, pa je pokazala, da pri NYR ≤ 1,1 velja
ena~ba:

KIc = 0,454
d

a
(Rp0,2

2 – bRp0,2) (59)

pri ~emer sta a in b konstanti ugotovljene linearne od-
visnosti: Rp0,2 = a NYR + b, d pa ima vrednost 4(πD)2.

2.2 Povpre~na specifi~na energija loma

Podobna merjenja absorbirane specifi~ne energije
loma ASFE, kot jih opravimo z gladkimi cilindri~nimi
preizku{anci, o ~emer je bil govor v poglavju 1.4, pa
lahko opravimo tudi s cilindri~nimi preizku{anci z
zarezo po obodu. Tako izra~unana vrednost pa je "absor-
birana povpre~na specifi~na energija loma" Wm, ki –
nasprotno od absorbirane specifi~ne energije loma WC –
ni prava zna~ilnost kovinskega materiala. Pri cilindri~nih
nateznih preizku{ancih z zarezo po obodu dose`e
aksialna natezna napetost svojo maksimalno vrednost v
korenu zareze, kjer sta glavna radialna in tangencialna
napetost enaki ni~, svoji maksimalni vrednosti pa ti
napetosti dose`eta v osi preizku{anca. Plasti~no te~enje
zato pri~ne iz korena obodne zareze, kjer se izoblikuje
plasti~na cona (z nara{~anjem ostrine zareze se le-ta
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Slika 10: Mehanske lastnosti dveh jekel ob zarezi. Jeklo A je bolj
zarezno ob~utljivo od jekla B2

Figure 10: Notch tensile properties of two steels. Steel A has higher
notch sensitivity than steel B2



zmanj{uje), medtem ko je v notranjosti preizku{anca
deformacija {e vedno elasti~na. Napetosti in deformacije
je v tak{nem primeru te`ko izra~unati, pri~akujemo pa
lahko, da bo pri{lo do loma preizku{anca, kakor hitro bo
energija WC, ki pa je zna~ilnost materiala /ena~ba (41)/,
absorbirana v majhni plasti~ni coni ob korenu zareze. ^e
je zareza dovolj ostra, ustreza porazdelitev absorbirane
specifi~ne energije W v obmo~ju zareze, kot je prikazano
na sliki 11. Glede na povedano je ta porazdelitev hete-
rogena, za iniciiranje razpoke potrebna kriti~na vrednost
WC pa je absorbirana le v {rafiranem kolobarju ob korenu
zareze {irine b in vi{ine l. Elasti~ne deformacije v
notranjosti preizku{anca pa so majhne, zato specifi~no
elasti~nostno deformacijsko energijo kar zanemarimo.
Povpre~no specifi~no energijo Wm definiramo kot:

Wm =

W V

V
V

d∫
(60)

Integrala v (60) pa ne moremo enostavno izra~unati,
saj moramo poznati funkcijsko odvisnost W-ja od vo-
lumna. Vendar lahko ra~un poenostavimo, ~e predpo-
stavimo, da je specifi~na energija loma WC absorbirana
do iniciiranja razpoke le v obmo~ju plasti~ne cone, to je
v kolobarju premera d, {irine b in vi{ine l, v preostalem
podro~ju pa je absorbirana le elasti~nostna deformacijska
energija, ki je zanemarljiva. Potem integral nadomestimo
z enostavnim produktom volumna plasti~ne cone in
absorbirane specifi~ne enerije WC v tej coni, iz (60) pa
dobimo:

Wm =
W dbl

d
l

W b

d
C Cπ
π 2

4

4
= (61)

V prvem pribli`ku pa je {irina plasti~ne cone b premo
sorazmerna korenskemu polmeru zareze ρ, torej: b = cρ,
pri ~emer je c neka konstanta. Iz (61) sedaj dobimo:

Wm =
W c

d
C 4 ρ

(62)

Iz ena~be (62) izhaja pomembno spoznanje, da so z
razli~nimi preizku{anci izmerjene povpre~ne specifi~ne
energije loma Wm istega kovinskega materiala medse-
bojno enake, ~e so le uporabljeni geometrijsko podobni
natezni preizku{anci z obodno zarezo. Pri tem pa morajo
biti izpolnjeni trije pogoji: (I) zareza mora biti dovolj
globoka, (II) korenski polmer mora biti dovolj majhen in
(III) specifi~na hitrost deformacije mora biti pri razli~nih
preizku{ancih pribli`no enaka. Metodo merjenja pov-
pre~ne specifi~ne lomne energije je za karakterizacijo
lastnosti varjenih spojev uspe{no uporabil Konkoly64,65,
ki je tudi razvil uporabno eksperimentalno tehniko.

2.2.1 Povpre~na energija loma in lomna `ilavost

V prej{njem poglavju je bilo omenjeno, da se v
cilindri~nih nateznih preizku{ancih, bodisi gladkih (po-
glavje 1.4) bodisi tak{nih z obodno zarezo (poglavje
2.2), iniciira napredujo~a razpoka, kakor hitro je v to~ki
njenega iniciiranja absorbirana specifi~na energija WC. V
skladu z lomnomehanskimi definicijami pa je v tak{nem
primeru dose`ena kriti~na hitrost spro{~anja deforma-
cijske energije (critical energy release rate) GC preko
povr{ine razpoke. Naj ima, upo{tevaje sliko 11, razpoka
v plasti~ni coni ob korenu obodne zareze, kjer je absor-
birana energija WC, plo{~ino S. ^e je vi{ina plasti~ne
cone l, lahko celotno energijo porabljeno za tvorjenje
razpoke, izrazimo bodisi z W bodisi z G na naslednji
na~in:

Wl S G S
S S
∫ ∫=d d (63)

pri ~emer je na levi strani energija absorbirana v
volumnu ldS, na desni pa hitrost spro{~anja energija na
plo{~ini dS. Privzamemo lahko, da bo ob zelo ostrih
zarezah (majhen ρ) v volumnu, dolo~enem z velikostjo
nastale razpoke, absorbirana energija WC, da pa bo v
delu preizku{anca, v katerem so le elasti~ne deforma-
cije, do loma absorbirana le energija W, ki je prakti~no
enaka ni~. S tem enostavnim privzetkom lahko ena~bo
(63) nadomestimo z enostavnima produktoma66:

WC lC S = GC S (64)

V ena~bi (64) indeks "C" ozna~uje kriti~ne razmere,
in je lC vi{ina volumna z razpoko. To vi{ino sta na izvi-
ren na~in z ekstrapolacijsko metodo, prikazano v
diagramu na sliki 12, dolo~ila Czoboly in Radon48,67. V
skladu z njunimi ugotovitvami je namre~ odvisnost
vi{ine plasti~ne cone l od korenskega polmera zareze ρ
linearna z odklonom v dolo~enem obmo~ju. Z ekstra-
polacijo do ρ = 0 dobimo lC, to je z razpoko povezano
vi{ino plasti~ne cone48. Sedaj pa `e lahko izra~unamo
kriti~no hitrost spro{~anja energije GC iz znane speci-
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Slika 11: Pribli`na porazdelitev absorbirane specifi~ne energije W v
nateznem preizku{ancu z obodno zarezo. Z Wm je ozna~ena povpre~na
specifi~na energija40

Figure 11: Approximate distribution of absorbed specific energy W in
a circumferentially notched tensile specimen. The average specific
energy Wm is designated40



fi~ne energije WC, izmerjene z gladkimi preizku{anci iz
poglavja 1.4 ter iz znane odvisnosti vi{ine plasti~ne cone
l od korenskega polmera ρ, za kar potrebujemo le nekaj
preizku{ancev z obodno zarezo z razli~nimi korenskimi
polmeri. Iz (64) dobimo:

GC = WC lC (65)

Podobno pot je ubral tudi Havas s sodelavci45, ki pa
je kriti~no hitrost spro{~anja energije GC povezal z
lomno duktilnostjo εf, izmerjeno z gladkim cilindri~nim
preizku{ancem, specifi~no energijo WC ter z odpiranjem
ustja razpoke COD (δC, razteg plasti~ne cone). Dobil je
ena~bo:

GC =
W CODC

f(exp )ε −1
(66)

ki se le nebistveno razlikuje od Czoboly-Radonove
ena~be (65). Ker je po Irwinu doseganje kriti~nega
faktorja intenzitete napetosti KI, to je KIc, ekvivalentno
kriti~ni hitrosti spro{~anja deformacijske energije GC

(ali JC; o povezavi med COD, CTOD, δ ter J-integralom
lahko bralec izve ve~ na primer v Dietru2 na straneh
362–368) dobimo na enostaven na~in tudi lomno
`ilavost KIc. Za ravninsko deformacijsko stanje namre~
velja:

KIc
2 =

G EC

( )1 2− ν
(67)

Preskuse jekla St 52-3, ki jih je pri nizkih tempe-
raturah (pod –100 °C) opravil Havas s sodelavci45, so
potrdila veljavnost ena~b (65) in (66), saj so bile z
energijo WC izra~unane lomne `ilavosti KIc skoraj enake
izmerjenim vrednostim po standardnem ASTM, postop-
ku s "compact tension"-preizku{anci. Ujemanje je bilo
malo slab{e le pri temperaturah, pri katerih ni bil pri
standardnem merjenju popolnoma izpolnjen pogoj debe-
line "compact tension"-preizku{ancev, in so bile zato z
upo{tevanjem energije WC izra~unane lomne `ilavosti
nekoliko ni`je.

2.2.2 Drugi na~ini ocenjevanja lomne `ilavosti

Poleg `e opisanega merjenja lomne `ilavosti KIc s
cilindri~nimi nateznimi preizku{anci z obodno zarezo,
utemeljenega na specifi~ni energiji, absorbirani do loma,
in opisanega v prej{njem poglavju, so v literaturi nave-
deni {e nekateri druga~ni na~ini obravnavanja uporabe
preizku{ancev z obodno zarezo za merjenje lomne `ila-
vosti. Omenjene so `e bile raziskave Tada s sodelavci62

ter Kanga in Granta59, opozoriti pa ka`e vsaj {e na
novej{e raziskave Bayrama s sodelavci68-70, opravljene na
jeklih in razli~nih aluminijevih zlitinah. V literaturi
zadnjih let so sicer opisani {e nekateri na~ini uporabe
tovrstnih preizku{ancev za dolo~evanje mehanskih
lastnosti71-75, ki pa jih na tem mestu ne bomo posebej
obravnavali.

Bayram s sodelavci70 navaja, pri tem pa se sklicuje na
Lija in Bakkerja76, da je pri cilindri~nih nateznih preiz-
ku{ancih z obodno zarezo, ki je zaklju~ena sama v sebi,
prej dose`eno ravninsko deformacijsko stanje kot pa pri
preizku{ancih standardne geometrije. Navaja pa tudi, pri
~emer se sklicuje na avtorja tega pregleda77, da je po
obodu cilindri~nih preizku{ancev zaradi radialnega od-
voda toplote pri toplotni obdelavi izoblikovana enovita
mikrostruktura, pri preizku{ancih z obodno zarezo pa
tudi ni kvarnega vpliva ekscentri~nosti utrujenostnega
kolobarja, ki je sicer zna~ilnost preizku{ancev z utru-
jenostno obodno razpoko.

Pogojno lomno `ilavost preiskanih jekel in alumi-
nijevih zlitin je Bayram70 meril s cilindri~nimi preiz-
ku{anci z zarezo po obodu, katerih geometrija je prika-
zana na sliki 13. Korenski polmer zareze je dosegal
pribli`no 0,095 mm. Za ra~un pogojne lomne `ilavosti,
ki jo je ozna~il z KC, je uporabil znano ena~bo2:

KC =
F

D

D

d
f

/3 2
1 72 1 27, ,−





(68)
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Slika 12: Vi{ina plasti~ne cone l v odvisnosti od korenskega polmera
ρ 41

Figure 12: Plastic zone height l as a function of notch radius ρ 41

Slika 13: Geometrija preizku{anca z obodno zarezo, uporabljenega za
dolo~evanje lomne `ilavosti zlitin po Bayramu70 z lo~enim detajlnim
prikazom dna zareze
Figure 13: Geometry of circumferentially notched specimen used for
the fracture toughness determination of the alloys according to
Bayram70 with detailed bottom of the notch shown separately



ki jo bomo {e sre~ali pri merjenju lomne `ilavosti KIc s
cilindri~nimi nateznimi preizku{anci z obodno razpoko.

Z d in D sta v (68) ozna~ena premera zarezanega in
nezarezanega dela cilindri~nega preizku{anca, Ff pa je
pri lomu izmerjena sila.

Poleg ena~be (68) pa je Bayram s sodelavci70 za
ra~unanje lomne `ilavosti uporabil tudi ena~bo (58), ki
jo je razvil Tada s sodelavci,62 pa tudi ena~bo, ki sta jo
pri svojih zgodnjih raziskavah faktorja intenzitete nape-
tosti KI v korenu zareze na cilindri~nih preizku{ancih
izpeljala Paris in Sih78 in ki ima obliko:

KI = σ πD f
d

D






(69)

kjer je f(d/D) od dimenzij preizku{anca odvisna brez-
dimenzijska funkcija, σ pa je delujo~a aksialna natezna
napetost v cilindri~nem delu preizku{anca, dovolj stran
od mesta zareze. Ena~bo (69) najdemo v~asih zapisano
tudi z neto napetostjo σN = 4F/πd2, ra~unano tedaj na
kro`ni ligament premera d, le funkcija f(d/D) ima potem
nekoliko druga~no obliko.

Vrednosti, dobljene z ena~bo (69), so se dobro skla-
dale z vrednostmi, dobljenimi z ena~bama (58) in (68),
Bayram70 pa je uporabil {e rezultate raziskav Shabare s
sodelavci79 ter dobljene vrednosti korigiral z upo{teva-
njem faktorja koncentracije napetosti kt, ki alternativno
opisuje vpliv geometrije razpoke na nivo lokalne nape-
tosti ob konici in je utemeljen s teorijo elasti~nosti. V
najpreprostej{i obliki je ta faktor definiran z izrazom:

kt = 2
a

ρ
(70)

kjer je ρ korenski polmer razpoke, a pa dol`ina (robne)
razpoke. Faktor kt nara{~a z nara{~anjem dol`ine razpo-
ke in zmanj{evanjem polmera njene konice.

Za faktor intenzitete napetosti KI pa v lomni meha-
niki imamo:

KI = σ πa (71)

pri ~emer je σ nominalna bruto natezna napetost (gross
nominal stress), delujo~a pravokotno na ravnino napre-
dovanja razpoke. Dejansko je to σnom dovolj stran od
mesta zareze (ne pa morda neto napetost, kot se to
v~asih zmotno navaja). Iz ena~b (70) in (71) za faktor
koncentracije napetosti kt sedaj izhaja:

kt =
2 1K

σ ρπ
(72)

kar velja ne le za razpoko, pa~ pa tudi za koren zelo
ostre zareze.

Za cilindri~ni natezni preizku{anec s topo obodno
zarezo pa je Bayram70 uporabil dva alternativna izraza za
faktor koncentracije napetosti, utemeljen na mehaniki
loma, ki ju je raziskal `e Shabara s sodelavci79 in od
katerih eden pripada Irwinu80, drugi pa Benthemu in
Koiterju81. Le omenimo, da je Shabara s sodelavci79 pri

svojih raziskavah upo{teval tudi faktor koncentracije
napetosti po Nisitaniju in Nodaju82.

Po Irwinu80 je faktor koncentracije napetosti defi-
niran kot:

kt1 =
2

1πα
f

d

D






(73a)

pri ~emer je α = ρ/d zarezno razmerje toposti (notch
bluntness ratio), d/D je geometrijsko razmerje preizku-
{anca (specimen geometry ratio), funkcija pod korenom
pa je f1(d/D) = 8π [1 – (d/D)2]/{ 5 + 3 [1 – (d/D) 2]} 2.

Po Benthemu in Koiterju81 pa je:

kt2 =
2

1α
f

d

D






(73b)

kjer je:

f
d

D

d

D

d

D

d

D2

2
1

2
1

1

2

3

8
0 363
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
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
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
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


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

3

+ 



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





−0 731 1
4

,
d

D

d

D

O~itno se faktor koncentracije napetosti zmanj{uje,
~e se pove~uje zarezno razmerje toposti α = ρ/d, in je
zato koncentracija napetosti intenzivnej{a, ~e je tudi
razpoka ostrej{a.

Za korekcijo izmerjenih lomnih `ilavosti je Bayram70

uporabil dva korekcijska faktorja, C1 in C2 definirana
kot:

C1 =
k

k
t1

t

ter C2 =
k

k
t2

t

(74)

ter ugotovil, da sta korekcijska faktorja skoraj neod-
visna od razmerja ρ/d (C-ja variirata v mejah od 0,99 do
1,01). Bayram s sodelavci70 je zato ugotovil, da opisani
korekciji komaj kaj spremenita z ena~bami (58), (59) in
(69) izmerjene lomne `ilavosti, ter je zato sklepal, da so
cilindri~ni natezni preizku{anci z (dovolj ostro) obodno
zarezo primerni za veljavno merjenje lomne `ilavosti.
Ta ugotovitev se ujema s Shabaro79, ki pri jeklu in
bronu tudi ni na{el odvisnosti lomne `ilavosti od
zareznega razmerja toposti ρ/d, vse do razmerja ρ/d =
0,033; seveda pa se z nara{~anjem ρ/d preko navedene
vrednosti pri~ne napaka pove~evati in naraste na 25 %
pri ρ/d = 0,217. Primerjava lomne `ilavosti KIc, izmer-
jene s preizku{anci z ostro zarezo z lomno `ilavostjo,
izmerjeno s preizku{anci s topo zarezo in opravljeno
korekcijo, je pokazala, da med obema vrednostima
obstaja dobro ujemanje. Merjenje je {e potrdilo, da se
navidezna lomna `ilavost preiskanih kovinskih mate-
rialov pove~uje s pove~evanjem razmerja ρ/d. Shabara79

navaja {e, da ostaja navidezna lomna `ilavost skoraj
konstantna pri razmerju ρ/d < 0,033, kar naj bi
dokazovalo obstoj mejnega korenskega polmera zareze.
Pri korenskem polmeru zareze, ki bi bil manj{i od
mejnega, pa naj bi bila navidezna lomna `ilavost zelo
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blizu lomni `ilavosti KIc ravninskega deformacijskega
stanja. Vendar pa lahko resno podvomimo v smiselnost
uporabe razmerja ρ/d pri dolo~anju mejnega korenskega
polmera zareze, saj bi bil pri zelo velikih premerih d (in
s tem zanesljivo dose`enem ravninskem deformacij-
skem stanju) tudi korenski polmer zareze lahko `e dokaj
velik, vsekakor prevelik za relevantno merjenje lomne
`ilavosti. Da je to res, dokazujejo podatki Swansona in
sodelavcev83, ki navaja, da je pri preskusu aluminjeve
zlitine (7090 aluminium alloy) naletel na obstoj mejnega
korenskega polmera zareze z vrednostjo pribli`no 0,02
mm. Spreminjanje navidezne lomne `ilavosti v odvisno-
sti od korenskega polmera zareze (ρ1/2) sta raziskovala
tudi Ritchi in Horn84, in sicer pri jeklu AISI 4340,
avstenitiziranem pri temperaturah med 870 °C in 1200
°C. Ugotovila sta obstoj kon~nega korenskega polmera
zareze med 12 µm in 30 µm, odvisno od temperature
avstenitizacije (najbr` torej od velikosti kristalnih zrn
jekla). To pa je `e mnogo verjetnej{a vrednost, primer-
ljiva tudi s korenskim polmerom vrha realne utruje-
nostne razpoke v duktilnem kovinskem materialu.

Donoso s sodelavci85 pa je analiziral cilindri~ni
natezni preizku{anec z obodno zarezo z namenom, da bi
razvil kalibracijsko funkcijo za tak{en preizku{anec pri
nateznem obremenjevanju. Na{el je geometrijsko funk-
cijo razmerja d/D, normaliziranega s podatki obreme-
nitev vs. plasti~ni pomik, v obliki, ki je lastnost le
materiala. Posledi~no se lahko cilindri~ni natezni preiz-
ku{anci z obodno zarezo uporabljajo celo za generiranje
podatkov J–ja. Veidt in Schindler86 sta na primer razis-
kovala vpliv kon~nega korenskega polmera zareze pri
jeklih z visoko trdnostjo na lomno `ilavost, izvrednoteno
z analizo na osnovi J-integrala. Izkazalo se je, da pri
na~inu obremenjevanja I (pravokotno na ravnino napre-
dujo~e razpoke) lahko ocenimo iniciiranje razpoke s
kriterijem gostote lokalne deformacijske energije.
Potrdila sta, da ima kon~ni korenski polmer zareze velik
vpliv na lomno obremenitev in torej tudi na navidezni
kriti~ni faktor intenzitete napetosti pri tem na~inu
obremenjevanja. Vpliv korenskega polmera zareze na
lomno `ilavost JIc jekla je raziskoval tudi Akourri s
sodelavci87 in prav tako na{el linearno odvisnost med
navideznim JIc in ρ, pri ~emer pa je kriti~ni polmer
povezal z velikostjo t. i. "process fracture zone" oziroma
z efektivno razdaljo v mikrostrukturi.

Na kraju tega poglavja velja poudariti, da so
nekatere literaturne navedbe o obstoju mejnega
korenskega polmera zareze, pri katerem naj bi postala
izmerjena pogojna lomna `ilavost nekaterih kovinskih
materialov z razmeroma majhno `ilavostjo neodvisna od
polmera zareze, velikokrat utemeljene zgolj na dejstvu,
da se izmerjena navidezna lomna `ilavost ne spremeni
kaj dosti z upo{tevanjem korekcije vpliva toposti zateze
in vpliva geometrije preizku{ancev. Tak{en sklep pa je
preuranjen, ~e ni brezpogojno podkrepljen tudi z nepo-
srednim merjenjem prave lomne `ilavosti po kak{nem od
veljavnih standardov (ASTM 399-90 ali pa BS 7448-2),

na primer s "compact tension"-preizku{anci z utruje-
nostno razpoko v korenu zareze. Na osnovi literaturnih
navedkov pa se zdi, da je mejni korenski polmer zareze
vendarle mikrometrskih dimenzij.

3 CILINDRI^NI NATEZNI PREIZKU[ANEC Z
OBODNO RAZPOKO

Na kraju tega pregleda cilindri~nih nateznih preiz-
ku{ancev bomo obravnavali {e cilindri~ne natezne
preizku{ance z obodno razpoko, natan~neje re~eno,
cilindri~ne natezne preizku{ance z obodno zarezo in
utrujenostno razpoko v korenu zareze. Namenjeni so
izklju~no merjenju lomne `ilavosti. Preizku{anec te vrste
je prikazan na sliki 14, vklju~no z detajlom korena
zareze.

^e je bila pri merjenju lomne `ilavosti ugotovljena
linearna odvisnost med obremenitvijo in pomikom v
ustju zareze (ta pomik je sorazmeren z napredovanjem
razpoke), lahko faktor intenzitete napetosti KI izra~u-
namo s formulo88:

KI =
F

d
d
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(75)

kjer je D zunanji (bruto) premer preizku{anca, d je neto
premer ligamenta preizku{anca po utrujanju, kot je to
prikazano na sliki preizku{anca, na kateri smo z dn

ozna~ili premer preizku{anca na zarezanem mestu {e
pred utrujanjem, F pa je natezna obremenitev. V okle-
paju na desni strani ena~be (75) prepoznamo Benthem-
Koiterjevo81 funkcijo f2(d/D) iz ena~be (73b).
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Slika 14: Shematski prikaz preizku{anca z obodno zarezo in
utrujenostno razpoko za merjenje lomne `ilavosti z lo~enim detajlnim
prikazom dna zareze z utrujenostno razpoko77

Slika 14: Schematic presentation of circumferentially notched and
fatigue precracked specimen for fracture toughness measurement with
detailed bottom of the notch with the fatigue crack shown separately77



Pogosto pa je namesto ena~be (75) v rabi enostav-
nej{a oblika ena~be2:

KI =
F

D

D

d3 2
1 72 1 27

/
, ,−





(76)

Obe ena~bi (75) in (76) veljata pri pogoju:

0,5 <
d

D
< 0,8 (77)

minimalna dol`ina preizku{anca pa mora dosegati vsaj
4D. Vrednosti izra~unane z ena~bama (75) in (76), se
med seboj razlikujejo za manj kot pol odstotka.

Ena~bo (76) poznamo, saj jo je uporabil `e Bayram s
sodelavci70 (68) pri svojem merjenju pogojne lomne
`ilavosti KC s preizku{anci z obodno zarezo (le pomen
d-ja je tokrat druga~en). Za relevantno obremenitev je
tedaj Bayram uporabil kar pri lomu izmerjeno silo Ff.

^e v trenutku loma cilindri~nega nateznega preiz-
ku{anca z obodno razpoko prevladuje ravninsko defor-
macijsko stanje, se vrednost KI pribli`a lomni `ilavosti
(plane-strain fracture toughness) KIc. Wei s sodelavci89

je ugotovil, da je ravninsko deformacijsko stanje pri
tovrstnih preizku{ancih dose`eno `e, ko premer preiz-
ku{anca D izpolnjuje zahtevo:

D ≥ 1,5
K

R
Q

p0,2











2

(78)

pri ~emer je KQ pogojna lomna `ilavost (~e je pogoj (78)
s KQ izpolnjen, je KQ `e tudi KIc, sicer je treba merjenje
ponoviti s preizku{anci ve~jega premera).

Velikost plasti~ne cone ry ob vrhu razpoke pa je:

ry ≈
1

6

2

π

K

R
Q
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
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


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Omeniti je treba {e raziskave Changa90, ki je razvil
metodo merjenja lomne `ilavosti s cilindri~nimi natez-
nimi preizku{anci z obodno razpoko, pri ~emer pa ti
preizku{anci niso izpolnjevali pogoja (78). Svojo metodo
je zasnoval na spoznanju, da normalizirana krivulja
soodvisnosti med obremenitvijo in pomikom, veljavna
sicer za drobne preizku{ance premera D, zajema tudi
normalizirane krivulje geometri~no podobnih preizku-
{ancev ve~jih dimenzij (slednje predstavljajo razli~no
dolge segmente izvirne krivulje, veljavne za majhne
preizku{ance premera D). Lomno `ilavost KIc je nato
Chang90 dolo~il iz normalizirane krivulje ob so~asnem
upo{tevanju koncepta ekvivalentne energije.

Merjenje lomne `ilavosti KIc s cilindri~nimi preizku-
{anci z obodno zarezo in utrujenostno razpoko v korenu
zareze zahteva – tako kot tudi sicer pri drugih vrstah
preizku{ancev – zvezno ugotavljanje natezne obreme-
nitve v odvisnosti od relativnega odpiranja ustja zareze
(relative displacement across the open end of the notch),
ki je premo sorazmerno napredovanju predhodno ini-
ciirane utrujenostne razpoke v korenu zareze. Najprej je
torej treba narediti utrujenostno razpoko. Ne glede na to,

s kak{nim obremenitvenim re`imom jo naredimo, upo-
rabljeni maksimalni faktor intenzitete napetosti Kmax pri
utrujanju ne sme prese~i 70 % vrednosti najmanj{e
pri~akovane lomne `ilavosti KIc

91. Z ena~bo (78) dobimo
za Kmaks /(MPa m1/2):

Kmaks = 0,7 KIc = 0,7
D

15,
Rp0,2 app (80)

pri ~emer pribli`no napetost te~enja Rp0,2 app /(MPa) lah-
ko dolo~imo kar iz trdote kovinskega materiala po
formuli v ustreznem standardu92. To je na primer
koristno pri merjenju lomne `ilavosti strukturno hetero-
genega kovinskega materiala (cona varjenega spoja).
Stark in Ibrahim93 sta ugotovila, da bo sipanje rezulta-
tov pri merjenju lomne `ilavosti majhno, ~e bo globina
utrujenostne razpoke dosegla vsaj dvojno vrednost
velikosti plasti~ne one ry.

Kar zadeva re`im obremenjevanja pri utrujanju
cilindri~nega preizku{anca z obodno zarezo, sta Stark in
Ibrahim93 ugotovila tudi, da je vrtilno-upogibni re`im
obremenjevanje najenostavnej{i in najprimernej{i na~in
izdelave utrujenostne razpoke v korenu zareze cilin-
dri~nega preizku{anca (za izdelavo razpoke v nateznem
re`imu potrebujemo pulzator) z majhno ekscentri~nostjo.
Pritrdila pa sta tudi Liju in Bakkerju76, da je namre~ pri
cilindri~nih nateznih preizku{ancih z obodno zarezo, ki
je sklenjena sama v sebi, dose`eno ravninsko defor-
macijsko stanje `e pri manj{ih debelinah, kot pa je to pri
preizku{ancih standardne geometrije. Avtor tega pre-
gleda s sodelavci77 je ugotovil, da je pri izdelavi utruje-
nostne razpoke v vrtilno upogibnem re`imu dose`ena
manj{a ekscentri~nost ligamenta preizku{anca, kot pa pri
izdelavi razpoke v nateznem re`imu, pri ~emer pa gre za
ekscentri~nost dveh vrst; bodisi za ekscentri~nost zaradi
elipti~nosti ligamenta, bodisi za ekscentri~nost zaradi
zamika sredi{~a ligamenta iz aksialne osi preizku{anca,
kot je to prikazano na sliki 15. Ekscentri~nost e, ki zado-
voljivo zajame oba vpliva, lahko izrazimo z ena~bo93:

e =
Q N

N

−
(81)

pri ~emer je N = D/d in Q = D/(2d – dn + 2p). Premer d
je srednja vrednost premerov d1 in d2 elipti~nega
ligamenta, to je frakturne povr{ine preizku{anca po
merjenju lomne `ilavosti, dn je polmer preizku{anca ob
zarezi, p pa je najkraj{a razdalja med robom frakturne
povr{ine in korenom zareze. V primeru Q = N je seveda
e = 0.

Frakturna povr{ina preizku{anca z utrujenostno raz-
poko v korenu zareze, narejeno v vrtilno-upogibnem
re`imu obremenjevanja, je prikazana na sliki 16. S
tak{ne slike po kon~anem merjenju lomne `ilavosti
izmerimo potrebne parametre ter z ena~bo (81) izra~u-
namo ekscentri~nost e. ^e je ta ekscentri~nost manj{a od
0,015, je merjenje lomne `ilavosti veljavno, ve~ja
ekscentri~nost pa vodi k podcenjenju lomne `ilavosti.
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Podobna korekcija je smiselna tudi, ~e pri merjenju
lomne `ilavosti razpoka ni napredovala iz vrha utruje-
nostne razpoke, pa~ pa iz {ibkega strukturnega mesta
blizu vrha, na primer iz karbidnega skupka, kot je to
prikazano na sliki 17. Analiza je pokazala77, da so
izmerjene lomne `ilavosti v tak{nem primeru nekoliko
precenjene in je zato potrebna njihova korekcija.

Kar zadeva zvezno spremljanje natezne obremenitve
v odvisnosti od odpiranja ustja zareze, to je diagrama
obremenitev-pomik v liniji delovanja obremenitve
/load-load line displacement (F-LLD) diagram/, ka`e
opomniti, da je pri cilindri~nih nateznih preizku{ancih s
cilindri~no obodno zarezo in razpoko v korenu zareze
te`ko meriti veljaven pomik ustja zareze z mehanskimi
napravami. Odpiranje ustja zareze na eni strani preiz-

ku{anca lahko spremlja njegovo zapiranje na drugi
strani, zaradi lokaliziranega napredovanja razpoke. Raz-
poka namre~ praviloma ne pri~ne napredovati so~asno
po celotnem obodu preizku{anca. Za spremljanje pomi-
kov so na voljo druge metode. Wei s sodelavci89 je na
primer meril pomik s posebnimi zelo majhnimi eksten-
zometri v kombinaciji z akusti~no emisijo in merjenjem
elektri~nega potenciala ob zarezi. Merjenje elektri~nega
potenciala oziroma njegovo spreminjanje zaradi
napredovanja razpoke sta uporabila tudi Li in Baker76, in
to `e v fazi izdelave utrujenostne razpoke.

Pri razmeroma krhkih materialih, ko je makroskop-
sko vedenje vse do nenadnega loma preizku{anca
izrazito linearno elasti~no, pa lahko z zadovoljivo
natan~nostjo ugotavljamo kar obremenitev v odvisnosti
od pomika ~eljusti nateznega trgalnega stroja. Ta pomik
pa je seveda manj selektiven od tistega v ustju zareze.

Leskov{ek s sedelavci94 je na ta na~in izmeril lomno
`ilavost hitroreznega jekla BRM2 s trdoto HRc med 65
in 58 ter dobil vrednosti KIc 10–15 MPa m1/2, kar se
dokaj dobro ujema s podatki Hortona95, ki je pri enakem
jeklu s trdoto HRc 64 izmeril lomno `ilavost KIc okoli 16
MPa m1/2. Eriksson96, ki je lomno `ilavost meril s
standardnimi CT-preizku{anci je pri enakem jeklu (AISI
M2) s trdoto 66 HRc nameril 12,5 MPa m1/2, Berry s
sodelavci97, ki je tudi meril s CT preizku{anci pa 15–20
MPa m1/2 pri trdotah HV40 870–680 (HRc 66–59).
Poudariti pa je treba, da je Leskov{ek94 korigiral
izmerjene vrednosti navzdol za 10 % do 20 % zaradi
vpliva ekscentri~nosti in zaradi pojavljanja {ibkega
mesta na frakturnih povr{inah preizku{ancev. Brez teh
korekcij bi bile izmerjene vrednosti popolnoma enake
onim, ki so jih izmerili drugi raziskovalci s standardnimi
metodami95-97.

Gliha s sodelavci98,99 je z enako metodo, torej s cilin-
dri~nimi preizku{anci z obodno zarezo in utrujenostno
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Slika 16: SEM-posnetek tipi~ne prelomne povr{ine cilindri~nega
nateznega preizku{anca s kro`nim podro~jem napredovanja utruje-
nostne razpoke, ki je ostro lo~eno od osrednjega, naglo zlomljenega
dela preizku{anca77

Slika 16: SEM image of the typical fracture surface of a round
notched tensile specimen with a ring-shaped fatigue crack propagation
area, which is sharply separated from the central, instantly fractured
area77

Slika 15: Geometrijski parametri prelomne povr{ine cilindri~nega
preizku{anca z obodno zarezo in utrujenostno razpoko v dnu zareze77

Slika 15: Geometric parameters of fracture surface of a circum-
ferentially notched specimen with a fatigue crack in the bottom of the
notch77

Slika 17: Prelomna povr{ina preizku{anca s kro`nim podro~jem
utrujenostne razpoke in odlo~ilnim mestom nukleacije razpoke (ozna-
~enem s pu{~ico), ki se ne sklada s ~elom utrujenostne razpoke77

Figure 17: Fracture surface of specimen with a ring-shaped, fatigued
area and a main crack nucleation site (shown by arrow) which does
not coincide with the fatigue crack frontline77



razpoko v korenu zareze, meril lomno `ilavost KIc mikro-
legiranega jekla Niomol (z mikrostrukturo, kakr{no
imajo toplotno vplivane cone varov tega jekla) v ob-
mo~ju temperatur prehoda v krhko stanje, to je med –80
°C in +20 °C. Za primerjavo je lomno `ilavost meril {e
po standardni metodi s trito~kovnim upogibom (pre-
cracked Three-Point-Bend Specimens). Pri merjenju s

cilindri~nimi nateznimi preizku{anci z obodno zarezo in
razpoko v korenu zareze je z merjenjem obremenitve F v
odvisnosti od pomika v smeri obremenitve LLD (LLD
load-line displacement) dobil dve vrsti diagramov
obremenitev–pomik, prikazanih na sliki 18. Linearnost
diagramov F-LLD je preveril skladno s standardi91,100,
pogojno kriti~no obremenitev FQ pa je dolo~il bodisi kot
lomno obremenitev Fc (pri linearnem zapisu; slika 16a),
bodisi iz prese~i{~a krivulje F-LLD in sekante s 4 %
manj{im naklonom (pri nelinearnem zapisu; slika 16b).
Nelinearnost zapisa F-LLD je posledica izoblikovanja
velike plasti~ne cone in otopitve vrha razpoke. Gliha98,99

je pri vrednotenju rezultatov uporabil dve metodi korek-
cije rezultatov. Prva je metoda ekvivalentne energije101,
ilustrirana z diagramoma na sliki 19. Pri tej metodi
korigiramo lomno obremenitev Fc s privzetkom, da je
plo{~ina S1 pod izmerjeno krivuljo zapisa F-LLD enaka
plo{~ini S2 pod fiktivnim linearnim zapisom F-LLD.
Torej je S1 = S2 = S, pa tudi za naklonski kot tangente iz
obeh zapisov izhaja α1 = α1 = α. Potem je fiktivna
kriti~na obremenitev FE :

FE = 2S tg α (82)

posledi~no pa je ve~ja tudi lomna `ilavost KIc.
Druga metoda korekcije rezultatov, ki jo je uporabil

tudi Gliha98,99, pa zajema vpliv velikosti plasti~ne cone.
Ta naj bi sicer bila zanemarljivo majhna v primerjavi z
velikostjo preizku{ancev, vendar temu pogoju ni bilo
vedno zado{~eno (premer d je bil razmeroma majhen, le
od 5 mm do 6 mm). Ko uporabimo metodo korekcije
velikosti plasti~ne cone, korigiramo velikost razpoke za
velikost plasti~ne cone v trenutku loma102. Velikost
plasti~ne cone dolo~imo z ena~bo (79) ter izra~unamo
nov efektivni neto premer kriti~nega prereza deff po
formuli:

deff = d – 2ry (83)

Pri cilindri~nem preizku{ancu moramo od realnega
premera d od{teti velikost plasti~ne cone na obeh koncih
tega premera, zato se vpliv velikosti plasti~ne cone pri
tovrstnih preizku{ancih podvaja. Gliha98,99 je ra~unal tudi
z mo`nostjo, ko pri merjenju lomne `ilavosti ni dose`eno
popolnoma ravninsko deformacijsko stanje, in je zato v
formuli (79) za izra~unavanje velikosti plasti~ne cone ry
upo{teval faktor, ki je bil tudi ve~ji od 1/6π (v skrajnem
primeru popolnoma ravninskega napetostnega stanja
dose`e ta faktor vrednost celo 1/2π). Gliha103 je nazadnje
ugotovil, da se izmerjene lomne `ilavosti po upo{tevanju
vseh korekcij in izpolnjevanju pogoja velikosti preizku-
{ancev (78) dokaj dobro pribli`ajo pravi lomni `ilavosti
KIc, ~e ta le ne presega vrednosti pribli`no 50 MPa m1/2.
Brez opisanih korekcij so izmerjene lomne `ilavosti pod-
cenjene. Za in`enirsko prakso pa so konzervativnej{e
vrednosti v~asih celo koristne.
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Slika 19: Privzetek ekvivalentne energije pri lomu ob uporabi
nelinearnih in idealno linearnih lomnomehanskih eksperimentov99

Figure 19: Assumption of energy equivalence at fracture using
non-linear and ideally linear fracture mechanics experiments99

Slika 18: Dve vrsti F-LLD-diagramov pri kvazistati~nem aksialnem
obremenjevanju cilindri~nih preizku{ancev z razpoko: (a) dovolj
linearno, (b) ne dovolj linearno99

Figure 18: Two types of recorded F-LLD diagrams using quasi-static
axial loading of precracked cylindrical specimens: (a) sufficiently
linear; (b) insuficiently linear99



4 SKLEPI

Prikazan je razvoj uporabe gladkih clindri~nih
nateznih preizku{ancev, cilindri~nih preizku{ancev z
obodno zarezo ter kon~no {e tak{nih z utrujenostno
razpoko v korenu obodne zareze. V zgodnjem obdobju
uporabe gladkih cilindri~nih nateznih preizku{ancev so
se ti uporabljali za dolo~evanje trdnosti pa tudi preobli-
kovalnosti kovinskih materialov. Tedaj {e ni bila razvita
mehanika loma, zato preizku{ancev z obodno utruje-
nostno razpoko {e niso poznali. Zgodovinsko gledano so
se prej pojavili cilindri~ni natezni preizku{anci z obodno
zarezo, vlogo lomne `ilavosti pa je prevzela zarezna
ob~utljivost kovinskih materialov. [ele v zadnjih
desetletjih so se pri~eli za merjenje lomne `ilavosti
kovinskih materialov uporabljati tudi cilindri~ni natezni
preizku{anci z obodno zarezo in razpoko v korenu
zareze. Razvoj pa ni bil premo~rten. Celo v obdobju, ko
so `e bili v uporabi preizku{anci z obodno zarezo in tudi
z obodno razpoko, so {e vedno tekle intenzivne razis-
kave uporabe gladkih cilindri~nih preizku{ancev.
Obravnavan je bil na primer Cockcroft-Lathamov kriterij
za dolo~anje preoblikovalnosti ter Hahn-Rosenfieldova
ena~ba za dolo~evanje lomne `ilavosti kovinskih
materialov. S tem je povezanih {e nekaj odprtih vpra{anj,
ki so v tem pregledu tudi navedena. Tako je na primer {e
neraziskana morebitna vloga specifi~ne energije, absor-
birane v osi nateznega preizku{anca, kjer aksialna
napetost dose`e najve~jo vrednost v sredini vratu, na
lomno `ilavost ob zarezi, izra~unano z upo{tevanjem
povpre~ne specifi~ne energije, absorbirane do loma. Prav
tako {e ni jasno, ~e in kak{no vlogo na primer ima
polmer pritisnjenega kroga v vratu gladkega nateznega
preizku{anca, torej difuznost kontrakcijskega zo`enja
preizku{anca, na lomno `ilavost razli~nih kovinskih
materialov s sicer enakimi lastnostmi, predvsem z enako
lomno duktilnostjo.

Kar zadeva vpliv korenskega polmera zareze na
izmerjeno navidezno lomno `ilavost so stali{~a v
literaturi pogosto kontraverzna. Pregled literature pa
vendarle poka`e, da pri merjenju lomne `ilavosti s
cilindri~nimi nateznimi preizku{anci z obodno zarezo le
te`ko lahko govorimo o obstoju makroskopskega mej-
nega korenskega polmera zareze, namre~ polmera pod
katerim se izmerjena navidezna lomna `ilavost ni~ ve~
ne spreminja. Nasprotno, zdi se da je tak{en polmer, ~e
sploh obstaja, mikrometrskih dimenzij.

Na koncu pregleda smo veliko prostora posvetili
merjenju lomne `ilavosti s cilindri~nimi nateznimi preiz-
ku{anci z obodno zarezo in razpoko v dnu zareze. Da bi
se izognili ekscentri~nosti utrujenostnega podro~ja,
uporabljamo pri tovrstnih preizku{ancih vrtilno-upogibni
re`im izdelave utrujenostne razpoke. Zaradi obodne
razpoke, ki je sklenjena sama v sebi, je ravninsko defor-
macijsko stanje dose`eno `e pri preizku{ancih relativno
majhnega premera. Odpiranje ustja zareze v liniji
delovanja obremenitve je pri preizku{ancih z obodno
zarezo in razpoko v korenu dokaj zahtevno. Pogosto

uporabljamo poenostavljen na~in merjenja lomne `ila-
vosti, pri katerem merimo nara{~anje obremenitve kar v
odvisnosti od odmika ~eljusti nateznega trgalnega stroja.
V tak{nem primeru pa moramo dosledno uporabljati
ustrezne korekcije izmerjenih vrednosti, namre~ korek-
cijo zaradi velikosti plasti~ne cone ter korekcijo z meto-
do ekvivalentne energije, ko zapis obremenitev-pomik ni
linearen. Brez teh korekcij so izmerjene vrednosti lahko
tudi preve~ konzervativne. Le pri zelo krhkih materialih,
pri katerih lomna `ilavost ne prese`e 20–30 MPa m1/2,
korekcije izmerjenih vrednosti niso potrebne.

Zdi se, da bi bil {e kako smiseln razvoj in paten-
tiranje posebnega miniaturnega merilnika pomikov v
ustju obodne zareze cilindri~nih nateznih preizku{ancev,
saj bi bilo potem merjenje lomne `ilavosti zaradi
indikativnej{ega zapisa F-LLD, mnogo natan~nej{e.
Predlagan merilnik pomikov bi moral biti sestavljen iz
dveh skupin po treh rozetno name{~enih uporovnih
merilnih listi~ev na dveh razli~nih merilnih dol`inah v
ustju zareze. Z ra~unalni{kim zbiranjem in obdelavo
podatkov z obeh skupin merilnih listi~ev bi tak{nen
sklop omogo~al merjenje relevantnega odpiranja ustja
zareze oziroma napredovanja razpoke tudi v primeru, ko
ta ne pri~ne napredovati so~asno po celotnem obodu,
ampak je njeno napredovanje izrazito lokalizirano, kot je
to pri tovrstnih preizku{ancih skoraj pravilo.

Opomba avtorja: V tem pregledu uporabljani sim-
boli so pojasnjeni sproti, tako kot se pa~ pojavljajo v
tekstu. Prava napetost in pravi raztezek sta ozna~ena s σ
in ε, in`enirska ali nominalna napetost in in`enirski ali
nominalni raztezek pa sta ozna~ena z oznakama σnom in
A, slednja tudi z indeksom. Za in`enirski raztezek se
sicer v literaturi (in celo v standardu) uporablja oznaka e,
vendar sem se rabi te oznake tokrat namenoma izognil,
ker so pa~ karakteristi~ne vrednosti in`enirskega raz-
tezka standardno ozna~ene z A in z ustreznim indeksom.
V tem pregledu pomeni na primer A10f in`enirski
raztezek ob poru{itvi (fracture) pri merilni dol`ini 10D0,
da se lo~i od trenutnega in`enirskega raztezka A10 pri
omenjeni merilni dol`ini. Mnenja sem namre~, da bi
moral biti in`enirski raztezek vedno opremljen {e z
indeksom, ki ozna~uje izbrano merilno dol`ino, saj ta
raztezek ni lastnost le materiala. Prav zato se in`enirska
diagrama σnom – A5 in σnom – A10 sicer istega materiala
med seboj razlikujeta. Za in`enirsko, to je nominalno,
napetost se v literaturi pogosto uporablja tudi oznaka s
(G. E. Dieter, Mechanical Metallurgy, McGraw-Hill,
New York, 1987) vendar pa sem se rabi te oznake spet
namenoma izognil, saj bi se sicer lahko v kak{nem
izrazu so~asno pojavili kar trije razli~ni simboli za
napetost, namre~ σ, s in R, pa {e opremljeni z indeksi.
Dovolj te`ko je prebaviti `e dejstvo, da se zaradi zahtev
standardizacije, lahko v kak{nem izrazu pojavita nape-
tosti, ki sta ozna~eni z dvema razli~nima simboloma, na
primer σnom in Rm. Najbr` ni mogo~e racionalno pojasniti,
zakaj je sploh treba karakteristi~ne vrednosti napetosti
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ozna~evati z R in z ustreznim indeksom. Indeksi so bili
namre~ uvedeni prav zato, da z njimi lahko ozna~ujemo
karakterisi~ne vrednosti neke koli~ine pri nespremenje-
nem osnovnem simbolu te koli~ine. Za napetost te~enja
torej σnom0,2 namesto nepotrebnega R0,2. Definicije
osnovnih pojmov in pripadajo~ih simbolov pa ostajajo
nedodelane celo v standardizaciji zelo razvitih dr`av.
Tovrstne terminolo{ke te`ave re{uje TC ISO 164, pri
katerem pa Slovenija `al ni udele`ena niti kot opazo-
valec (O) niti kot ~lan (P).
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