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E D I T O R 1 A L 

El Grupo Español de Fractura (GEF) ya ha cumplido un año. A los pocos 

meses de su constitución, en Septiembre de 1984, fue reconocido y 
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de Fractura (EGF) . De esta forma ha iniciado sus actividades europeas 

que esperamos sean fecundas y duraderas gracias a la colaboración de 

todos sus miembros. 

Las contribuciones presentadas durante el segundo encuentro del Grupo 

Español de Fractura se han recogido en estos Anales. La variedad de 

lostrabajos, reflejo de la vitalidad del Grupo, ha permitido agrupar­

los en cuatro grandes áreas: Materiales Metálicos, Materiales no Metá 

licos, Métodos de Cálculo y Métodos Experimentales. También se han i~ 

cluido unos resúmenes de las actividades de los distintos centros pa­

ra facilitar su conocimiento y futuras relaciones. 

Los editores desean expresar su agradecimiento a todos los participa~ 

tes, sin cuyo esfuerzo y ayuda no hubiera sido posible la publicación 

de estos Anales. 

Sigüenza, abril de 1985. 
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1.- INTRODUCCION 

Las uniones en cola de milano entre los alabes y las ruedas de turbo­
compresores y turbinas presentan un problema interesante debido a la difi­
cultad de calcular con exactitud el estado de tensiones y deformaciones -
por una parte y el efecto que el daño superficial, producido por el roce 
entre las superficies en contacto, tiene en la resistencia a la fatiga. -
Este daño se manifiesta en la degradación de las superficies de alabe y -
rueda, iniciándose grietas cortas que se propagan rápidamente bajo cargas 
cíclicas. Aunque el fenómeno, conocido como fretaje, es de sobra conocido, 
su tratamiento matemático no ha sido posible hasta muy recientemente /1/, 
adquiriendo una importancia considerable en las aleaciones de titanio uti 
lizadas en las máquinas modernas para reducir al máximo su peso aumentando 
simultáneamente las tensiones de trabajo. 

El objetivo de la investigación aquí descrita es el desarrollo de un 
método de proyecto de las uniones en cola de milano, basado en el análisis 
matemático de la unión complementado por ensayos de laboratorio cuya fun­
ción es reproducir en sus características esenciales, las condiciones rea 
les de trabajo. La investigación se divide en las siguientes etapas: 

1.- Desarrollo del método de calculo. 
2.- Justificación del método mediante modelos fotoelasticos 
3.- Ensayos previos y proyectos y construcción de maquina para fatiga bi­

axial. 
4.- Ensayos a temperatura ambiente y a elevada temperatura y justificación 

del método general de proyecto. 

2.- DESARROLLO DEL METODO DE CALCULO Y SU JUSTIFICACION 

En la Fig. 1 se ve la zona de contacto entre dos cuerpos, dividida en 
a 

N nudos. fb es el vector nodal de fuerza para la malla a en el nudo b; 
dba es el vector desplazamiento; nb es el vector unidad normal a la super 
flcie de contacto y tb el vector unldad tangencial. Un análisis por elemen 
tos finitos para cada malla conduce a la ecuación: 

(1) 

donde Ka es la matriz rigidez referida a la línea de contacto y Da, Fa y 
Ga contienen respectivamente los desplazamientos, fuerzas conocidas y fuer 
zas desconocidas para los nudos de la malla a. Para resolver la ecuación -
(1) es preciso considerar las condiciones de contacto, que son: 

(1) Adhesión 

donde 0 es el vector cero. Una condición subsidiaria es, 

f
1 

n > O 
b b 

(separación) 

1 1 
fb tb < ~fb nb (deslizamiento) 

donde ~ es el coeficiente de fricción. 

1 2 

(2) 

(3) 

(4) 



(2) Libertad 

(S) 

con la condición subsidiaria 

(penetración) ( 6) 

(3) Deslizamiento 

(7) 

(8) 

(9) 

con la condición subsidiaria, 

o (separación) (10) 

El método de calculo consiste en construir las matrices como se indi­
ca en la Fig. 2. El programa que se ha desarrollado consiste en cuatro mó 
dulas integrados constituidos por: 

1.- un pre-procesador para completar los datos de la malla, preparar la s~ 
lución en forma gráfica y re-ordenar las matrices para reducir su anchu 
ra de banda y tamaño frontal. 

2.- utilización del método de solución frontal para producir una matriz de 
rigidez referida a los bordes; determinación de desplazamientos nada­
les y extensiones. 

3.- para un valor determinado del coeficiente de fricción, se calculan las 
fuerzas y desplazamientos en las superficies en contacto. 

4.- este modulo calcula tensiones y presenta los resultados en forma grá­
fica. 

Los resultados del análisis numérico se han com~arado a los de un mo­
delo fotoelastico consistente en una rueda de 600 mm de diámetro, girando 
a 3000 r.p.m. delante de una lampara estroboscópica dotada de un filtro p~ 
larizador. Fotografiando las uniones entre alabes y ruedas a través de un 
filtro analizador cruzado con el polarizador, se observaron las franjas -
de interferencia de la Fig. 3. Estas franjas son los lugares comunes de 
(cr1- cr2) = constante, y se han comparado a las calculadas para los casos 
de cero fricción y fricción infinita. Esta claro que la realidad correspo~ 
de a un valor intermedio del coeficiente de fricción, fácil de ajustar pa­
ra obtener una solución muy semejante a la obtenida experimentalmente. 

La resistencia a la fatiga de las uniones en cuestión se ha venido de 
terminando utilizando máquinas especiales construidas para aplicar cargas 
cíclicas simultáneamente a varios alabes o directamente, ensayando la rue­
da completa con sus alabes a la velocidad de rotación adecuada. Los dos 
ensayos son caros y lentos, por lo que solo pueden servir para 'justificar 
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el proyecto y no para proporcionar datos experimentales a partir de los -
cuales pueda desarrollarse este. Como el campo de tensiones consiste esen 
cialmente en una tensión circunferencial combinada con una radial debida­
a la fuerza centrífuga ejercida por los alabes, es posible, en principio, 
reproducirlo mediante una probeta rectangular, cargada según su eje mayor, 
a la que se fijan uno o más pares de álabes en ángulo recto, cargados se­
gún su eje, Fig. 4. Ensayadas diversas formas en un ban~o fotoelástico, se 
llegó a la conclusión de que el estado de tensiones en la probeta rectang~ 
lar de la Fig. 4 cargada según los dos ejes, era igual al calculado y ob­
servado en el sistema de rueda y álabes en rotación. Es interesante obser 
var que, tomando coeficiente de fricción igual a 0,5, valor este que co-­
rresponde al medido para titanio en contacto con titanio, se obtienen los 
resultados de la Fig. 5 para tres valores de la carga en placa (equivalen­
te a la rueda) y 40 kN en álabes. Normalmente, el proyectista acepta el va 
lor máximo de la tensión tangencial como parámetro significativo, sobre el 
que basa el dimensionado de la unión. Este valor varía entre 638 MPa y 
682 MPa cuando la carga en placa varía entre 20 kN y 80 kN, lo que parece 
indicar que esta variación de carga no tendrá ningún efecto en la resisten 
cía a la fatiga de la unión, conclusión sorprendente que no puede acepta~ 
se sin antes estudiarla cuidadosamente. 

3.- E~SAYOS PREVIOS Y PROYECTO Y CÓNSTRUCCION DE MAQUINA PARA FATIGA BIA­
XIAL. 

Para comprobar el efecto que la carga en placa tiene sobre la resis­
tencia a la fatiga, se ensayaron una serie de probetas de duraluminio, so 
metidas a carga fija en placa y carga cíclica en alabes, Fig. 6, aplicada 
mediante una máquina Amsler Vibrophore. Los resultados demostraron clara­
mente que, al aumentar la carga en placa aumenta el desplazamiento entre 
placa y alabe, aumentando el daño en la superficie de contacto, como se 
ve en la Fig. 7. Con carga en placa igual a la carga máxima en álabes, se 
distingue la zona dañada junto a la raíz de la cola de milano, 7 (a); al 
disminuir la carga, el daño es menos profundo, distribuido sobre una ex­
tensión mayor, 7 (b); tanto la profundidad como la extensión aumentan al 
aumentar la carga, 7 (e). Como era de esperar, cuanto más severo el daño 
superficial, menor es la resistencia a la fatiga definida como el número 
de ciclos de carga necesarios para producir una grieta de 0,5 a 1 mm. de 
longitud. 

Una vez demostrada la importancia del estado biaxial de tensión, re­
sulta lógico pensar en ensayar las probetas bajo cargas cíclicas en ambas 
direcciones. Para ello se ha proyectado y construido una máquina especial 
según el esquema de la Fig. 8. En cada eje se encuentran sendos cilindros 
conectados a una bomba de aceite y controlados mediante válvulas electro­
hidraúlicas, con una capacidad de carga de 250 kN. La estructura vertical 
con cuatro columnas, está soportada en bloques de goma; la horizontal es­
tá colgada de una jaula externa por medio de resortes y amortiguadores. 
La máquina se ha dimensionado en tal forma que, trabajando cerca de su -­
frecuencia de resonancia, oscila alrededor de un punto fijo en el espacio 
que coincipe con el centro de la probeta. El método de cálculo consiste 
en asimilar las dos estructuras a sistemas de masas puntuales y de resor-­
tes, representando respectivamente las masas de cilindro, pistón, cabeza-­
les y mordazas y columnas y las flexibilidades de estos elementos, en pa~ 
ticular de las columnas, los cabezales y del conjunto de mordazas y prob~ 
ta. En total dos sistemas de seis grados de libertad /2/. 

La máquina se ensayó con una probeta de aleación de aluminio a la que 
se fijaron extensometros ohmicos para medir los errores de alineación de 
carga y en particular los valores del momento flector debidos a excentri-
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cidad de carga en los dos ejes. También se fijaron extensometros Huggenbe~ 
ger con el mismo objeto. En la Fig. 8 (b) se ve el extensometro y la prob~ 
ta, en el momento de iniciarse el ensayo. Para efectuar un reparto de car­
gas, los anclajes de los seis álabes se ajustan individualmente hasta que 
se obtiene la misma extensión en cada uno de los álabes, medida esta con 
extensometros ohmicos. Realizado el ensayo, se comproho la perfecta alinea 
ción de la carga en ambos ejes, no pudiendo observarse ningún momento flec 
tor en el centro de la probeta. 

4.- ENSAYOS A TEMPERATURA AMBIENTE 

Los materiales utilizados para placa (disco) y álabes fueron: placa -
IMI 829, composición por ciento Al 5,5; Sn 3,5; Zr 3; Nb 1; Mo 0,3; Si 0,3; 
resto Ti. Tension de fluencia 820 MPa, de rotura 950 MPa. 

Alabes -IMI 829 
- Inco 901, composicion C0,1; Si 0,4; Cu 0,5; Mn 0,5; Cr 12,5; Ti 2,9; 

Al 0,35; Co 1; Mo 5,75; S 0,03; Ni 42,5; resto Re. Tension de fluencia 
900 MPa, de rotura 1200 MPa. 

-Acero, composiciój por ciento Cr 12; Mo, V, Nb, C según norma FV 535. 
Tensión de fluencia 930 MPa, de rotura 1065 MPa. 

Los resultados se han presentado en la Fig. 9. 

Puede esperarse que el daño superficial o fletage, dependerá del valor 
de la tensión de cor~adura y del deslizamiento cuyo producto representa la 
energía disipada por fricción en cada ciclo. Definiendo un parámetro de 
fretage igual a (T o) y comparando los valores de dicho parámetro para las 
distintas condiciones de carga de placa se demuestra claramente que el da­
ño coincide con la posición en que (T o) alcanza el pico, Fig. 10. El cál­
culo numérico se ha realizado para un valor nominal del coeficiente de fri~ 
ción de 0,5 siendo posible afinar los resultados introduciendo valores va­
riables con el número de ciclos, con la posición con la naturaleza de los 
materiales en contacto. La conclusión sigue siendo la misma. 

Para que se propague una grieta por fatiga, una vez iniciada por daño 
superficial se necesitara una tensión a , según la dirección de las super­
ficies en contacto. Se define así un pa~ametro combinado de fatiga y fret~ 
ge igual a (0T T o )cuya magnitud indica la tendencia a la rotura bajo -
cargas cíclicas y cuyo pico coincide con la posicion de la grieta en todos 
los experimentos realizados, Fig. 11. Se ha encontrado una relacion muy sen 
cilla entre la vida de las probetas y el valor de los parámetros 

k ó) 
max 

k (0T) (T ó) max max 

representada en la Fig. 9. 

A temperatura ambiente ha quedado plenamente demostrado por medio de 
microscopia óptica y electrónica de barrido que el proceso de fatiga se i­
n1C1a en la zona en la que el daño superficial es mayor, es decir, cerca 
de la raíz de la cola de milano como se observó en la Fig. 7 y se comprobó 
en el análisis numérico de tensiones y corrimientos. En dicha zona se pro­
duce un gran número de pequeñas grietas, perpendiculares a la superficie, 
de las cuales una sola, la situada en la posición correspondiente al pico 
de (0T T ó ), es la que crece produciendo finalmente el fallo de la union. 
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5.- ENSAYOS A TEMPERATURA ELEVADA 

Las aleaciones dE titanio, corrientemente utilizadas a temperatura r~ 
lativamente baja en los primeros escalones de turbocompresores, se han co­
menzado a utilizar en los últimos escalones de alta presión, en los que se 
alcanzan temperaturas de hasta 550°C. Para verificar la validez de las con 
clusiones alcanzadas y ofrecer un método general de proyecto de uniones de 
alabe a disco, se han efectuado una serie de ensayos a 600°C, temperatura 
esta que supera a las que se consideran como máximas de trabajo, Conforme 
aumenta la temperatura disminuye el modulo de Young, obteniéndose por tan­
to un mejor asiendo entre las superficies en contacto al aumentar la con­
formidad de las dos piezas unidas. Al mismo tiempo el coeficiente de fric­
c1on disminuye debido a la formación de una película fuertemente adherida 
a la superficie de óxido de titanio. El resultado es una notable disminu­
ción del valor de (T o) y de (0 T o), como se observa en la Fig. 12. Di­
cha disminución se manifiesta Ten el daño observado en la superficie, mu­
cho menor que el que se tiene a temperatura ambiente y con un máximo cerca 
del borde de la cola de milano. La posición de la grieta coincide con el 
máximo de , que pasa a ser el parámetro significativo. Esta conclusión 
se ha confirmado con probetas tratadas mediante compuestos antifretage, 
entre ellos, un recubrimiento electrolítico de cobalto, endurecimiento por 
bombardeo de iones de hierro y ~ricacion con grafito. El mecanismo de f~ 
tiga, por tanto, cambia, pasando a ser uno de formación de apilamientos de 
dislocaciones y micro-poros combinándose la fatiga con el creep. 

6.- CONCLUSION 

En el curso de esta investigación se ha desarrollado un método de cal­
culo numérico para el análisis de tensiones y corrimientos en uniones en -
cola de milano. Este método puede, naturalmente, utilizarse para cualquier 
otra geometría. La exactitud de los resultados se ha comprobado mediante 
ensayos fotoelasticos. El desplazamiento relativo entre los dos elementos 
de la junta se ha medido también mediante interferometria, como se ha des 
crito en /4/. El fallo de la junta bajo cargas cíclicas se ha comprobado 
que puede obedecer a dos modos distintos.:-

1.- crecimiento por fatiga de grietas originadas por daño superficial (fre­
tage) 

2.- fatiga combinada con creep. 

El primero es el prepoderante a bajas temperaturas, pudiendo caract~ 
rizarse mediante un parámetro que combina la energía disipada por fricción 
con la tensión que trata de abrir las grietas. El segundo es el que gobie~ 
na el fallo a elevadas temperaturas, caracterizándose mediante la tensión 
máxima de tracción. El proyectista deberá por tanto tener ambos modos de 
fallo en cuenta, calculando el parámetro combinado fatiga/fretage por una 
parte y la tensión de tracción por otra. Ambos valores se calculan median­
te el análisis numérico que se ha desarrollado. 
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Fig. l. Condiciones de contacto entre dos cuerpos. 
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Fig. 3. Comparación entre las franjas de interferencia en el modelo foto­
elástico y las calculadas (0
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Fig. 4. Probetas rectangulares con pares de alabes equivalentes al sistema 
de rueda y alabes. 
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1 
1..! :o 5 

(a) 

Fig. 5. Tensiones en la superficie de contacto para tres valores de carga 
en placa, (a) 20 kN, (b) 40 kN, (e) 80 kN y 40 kN de carga en ála­
bes ]J= 0,5. 

Fíg. 6. Probeta sometida a carga constante en placa y carga cíclica en ala 
bes. 
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(a) 

(b) 

(e) 

Fig. 7. Daño superficial en las probetas de la Fig. 6 (a) Carga en placa 
igual a carga máxima en álabes, (b) Carga en placa mitad, (e) Car­
ga en placa doble. 
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Fig. 8. (a) vista de la maquina biaxial de fatiga, 
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Fig. 8. (b) Probeta con extensometro 
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Fig. 10. Energía disipada en fricción para un coeficiente de fricción igual 
a 0,5 /3/. 

2 O k N 

-t- 4 O k N 

-o- 50 k N 

Fig. 11. Parmametro combinado de fatiga/fretage /3/. 
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MECANISMOS DE FRACTURA EN MONOCRISTALES DE UNA 
ALEACIÓN COMERCIAL DE AL-4%CU 

G.GONZALEZ, M.TORRALBA Y O.A. RUANO 

Centro Nacional de Investigaciones Metalúrgicas. CSIC. 
Avda.Gregorio del Amo, 8 

- Madrid -

En este trabajo se describen Zos mecanismos que producen Za fractura en mo 
nocristaZes de una aleación de AZ-4%Cu en tres estados de envejecimiento: recidn 
templada, envejecida a máximo endurecimiento y envejecida hasta alcanzar eZ es­
tado de equilibrio. En todos Zos casos Za fractura de Zas probetas es de carác­
ter dúctiZ y posterior a Za activación de uno o varios sistemas de deslizamien­
to. Las probetas recién templadas muestran una fractura similar a Za que tiene 
Zugar en monocristaZes puros. Se produce por Za activación simultánea de dos 
sistemas de deslizamiento en Za zona de Za estriación. En eZ estado de máximo en 
durecimiento Za fractura de Zos monocristaZes se produce sin estricción y por 
deslizamiento deZ sistema conjugado cuando éste se encuentra favorablemente 
orientado. En Zas probetas ensayadas en eZ estado de equilibrio, eZ desZizamien 
to múZtipZe de sistemasproduce una fractura similar a Za que tiene Zugar en pO: 
ZicristaZes. 
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1.- INTRODUCCION 

Es bien conocida la importancia tecnológica que tienen las aleaciones de 
aluminio-cobre. Debido a su poca densidad y buenas propiedades mecánicas son de 
gran uso en la industria. El interés de estas aleaciones estimuló el estudio de 
los mecanismos de endurecimiento y precipitación que en ellas tienen lugar /1/. 

La deformación plástica de monocristales de estas aleaciones ha permitido 
profundizar en estos estudios, pudiéndose determinar la influencia de la preci­
pitación del cobre en las propiedades mecánicas /2-5/. Sin embargo, no hay mu­
chos trabajos que traten sobre la fractura en distintos estados de envejecimie~ 
to y los mecanismos que la producen, mostrándose en algunos aspectos resultados 
contradictorios. Así por ejemplo, mientras algunos autores /6,7/ sostienen que 
en el estado de máximo endurecimiento la superficie de fractura coincide con 
los planos (111) del sistema primario, otros /8,9/ afirman que ésta puede ser 
paralela a planos del primario, o bien del conjugado, dependiendo de la rotación 
del eje de tracción. 

En este trabajo se hace referencia a los mecanismos de fractura en monocris 
tales de Al-4%Cu, para tres estados de envejecimiento. En el caso del estado de 
máximo endurecimiento nuestros resultados están más de acuerdo con los de los 
últimos autores al obtenerse, en general, una fractura por el sistema conjugado, 
aunque independientemente de la rotación que sufre el eje de tracción. 

2.- PARTE EXPERIMENTAL 

La aleación estudiada es térmicamente tratable de modo que sus propiedades 
mecánicas dependen del estado de precipitación del cobre. Hay que destacar la 
presencia de un 0,1% de hierro que da lugar a la formación de partículas de ha~ 
ta 10 ~m de tamaño de la fase ternaria Al

7
cu

2
Fe. Se trata de una fase insoluble 

que no resulta alterada por los tratamientos térmicos y cuya presencia apenas 
afecta a las propiedades mecánicas. 

Se han obtenido, por el método de recristalización, monocristales a partir 
de varillas de tamaño de grano fino y homogéneo. De estos monocristales se mee~ 
nizaron probetas de tracción que se pulieron electroliticamente para la poste­
rior observación de su superficie. 

Las probetas monocristalinas se ensayaron después de aplicarles distintos 
tratamientos térmicos. Un primer grupo se solubilizó a 540~C y se templó en 
agua a O~c para retener el cobre en solución sólida sobresaturada. Un segundo 
grupo se sometió además a un tratamiento de máximo endurecimiento consistente 
en un envejecimiento durante 100 h a 150~C. Finalmente, el último grupo se rec~ 
ció a 350~C durante 100 h para obtener el estado de equilibrio termodinámico. 

Los ensayos de tracción se realizaron en una máquina convencional Instron 
a velocidad de desplazamiento constante (9.5x1o- 4 s-1) y a temperatura ambiente. 

3.- RESULTADOS Y DISCUSION 

Se ha encontrado que los mecanismos responsables de la fractura son disti~ 
tos dependiendo del estado de envejecimiento. Esto es consecuencia de la inte­
racción que se produce entre las dislocaciones, responsables de la deformación 
plástica y los distintos tipos de precipitados que se desarrollan en cada uno 
de estos estados. 

Las Figs. 1,2 y 3 muestran tres fracturas características correspondientes 
a cada uno de los tratamientos térmicos. En todos los casos, el mecanismo de de 
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formación previo a la rotura de los monocristales se debe al movimiento de dis­
locaciones en un sistema (111) <110> típico de los metales ccc /10/. Esta defor 
mación produce una rotación de la red cristalina con respecto al eje de trae- -
ción del cristal que permite a otros sistemas iniciar el deslizamiento cuando 
llegan a estar favorablemente orientados. La activación posterior de otro (con­
jugado) u otros sistemas, es la que determina el comienzo de la fractura, aun­
que esto tenga lugar de manera distinta para cada estado de precipitación. 

La Fig. 1 muestra el tipo de fractura que se produce en los monocristales 
en estado de solución sólida sobresaturada. En este estado, es inevitable la 
formación de algunas zonas GP 1 durante el temple, así como durante el ensayo 
/3/. La deformaci9n tiene lugar, en principio, por deslizamiento en el sistema 
primario (111) IIo11. Cuando el conjugado también llega a estar favorablemente 
orientado, se produce un deslizamiento doble en una parte localizada de la pro­
beta, ya que el primario no ha dejado de actuar. Este deslizamiento doble es el 
responsable de que aparezca un tipo de estricción muy característico de este e~ 
tado. La línea recta que se observa en la parte central de la fractura es la i~ 
tersección de los planos de deslizamiento que intervienen durante la deforma­
ción. Esta linea limita dos crestas, también características de la rotura en e~ 
te estado, que aparecen en el momento final del ensayo. Se forman por desliza­
miento simple en cada uno de los sistemas que intervienen. Nótese el aspecto 1~ 
so de una de las caras interiores de estas crestas, consecuencia del desliza­
miento cristalográfico. Cuando la sección es lo bastante pequeña, las tensiones 
son tan grandes e irregulares que se puede producir un arranque del material,c~ 
mo ha ocurrido en la otra cara. 

Dado que en este estado la mayor parte del cobre se encuentra disuelto en 
la matriz de aluminio, apenas hay precipitados que puedan interaccionar con las 
dislocaciones. Su movimiento se ve fundamentalmente obstaculizado por el campo 
de deformación que crean los átomos de cobre dispuestos en forma sustitucional. 
Ello hace que la evolución de la fractura sea similar a la que se produce en me 
tales puros /11/. 

La Fig.2 corresponde a un monocristal ensayado en estado de máximo endure­
cimiento. A diferencia del caso anterior, aquí no se observa estricción en las 
proximidades de la fractura. La deformación también se inicia en el sistema 
(111) IIo1l primario aunque, en este caso, cuando el conjugado llega a estar fa­
vorablemente orientado, se produce el movimiento de dislocaciones solo por este 
último sistema. Además, lo hace en una región muy localizada, dando lugar a la 
rotura repentina de la probeta. La superficie de fractura que se observa es pa­
ralela al plano de deslizamiento conjugado. 

La Fig.4 muestra el inicio de este tipo de fractura. Se observan dos se­
ries de lineas de deslizamiento. Las primeras, distribuidas regularmente por to 
da la probeta, son responsables de la deformación plástica y corresponden al 
sistema primario. Las segundas, localizadas en una estrecha banda y cruzando a 
las anteriores, son responsables de la fractura y corresponden al conjugado. La 
fractura en estas condiciones se produce sin estricción previa y paralelamente 
a una familia de planos cristalográficos, pese a lo cual es de carácter dúctil, 
ya que la observación metalográfica pone de manifiesto la presencia de cúpulas 
que ocupan toda la superficie. 

Con este tratamiento térmico de 100 h a 1502C se forman las fases 6" y 6' 
que son partículas semicoherentes. Las dislocaciones deben cortarlas al defor­
marse la probeta, de ahí la gran dureza de la aleación. Cuando entra en funci~ 
namiento el sistema conjugado, las dislocaciones del primario han cortado a los 
precipitados un cierto número de veces, de forma que éstos ofrecen, desde el 
punto de vista de las del conjugado, una sección eficaz mayor. Por ello, cuando 
este sistema comienza a deslizar Johace bajo la acción de una tensión superior 
a la del sistema primario, lo que da lugar a que la fractura se produzca muy rá 
pidamente. 
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La Fig.3 corresponde a una probeta ensayada en el estado de equilibrio. Se 
aprecia una fuerte estricción similar a la que tiene lugar en un material poli 
cristalino. Puede decirse que es una fractura tipo copa y cono y es consecuen-­
cia de la activación casi simultánea de varios sistemas de deslizamiento, a ca~ 

sa de que éstos se bloquean al entrar en funcionamiento el mecanismo de Orowan. 

En estos monocristales el deslizamiento también se inicia en el sistema 
primario, pero debido a que hay partículas de CuAl

2 
de gran tamaño e incoheren­

tes con la matriz de aluminio, las dislocaciones son incapaces de cortarlas y 
las evitan formando bucles. Ello se traduce en un rápido endurecimiento del ma­
terial, que se pone de manifiesto en las curvas tensión-deformación y que da l~ 
gar a la activación sucesiva de otros sistemas como ocurre en un policristal.La 
activación de todos estos sistemas es la que produce la estricción y este tipo 
de fractura. 

4.- CONCLUSIONES 

En ningún caso se produce la fractura de manera frágil. Siempre tiene lu­
gar por movimiento de dislocaciones, aunque de distinta forma para cada trata­
miento térmico. 

Tanto en las probetas ensayadas en estado de recién templadas como a maxJ..­
mo endurecimiento, la fractura comienza cuando, desde un punto de vista geomé­
trico, está favorecida la activación de más de un sistema de deslizamiento. 

La fractura de las probetas ensayadas en estado de recién templadas se pr~ 
duce por deslizamiento doble. Hay dos sistemas de deslizamiento que actúan si­
multáneamente, en una zona localizada, produciendo una estricción característi­
ca. 

En los monocristales envejecidos a máximo endurecimiento, la fractura se 
produce sin estricción y por un único sistema de deslizamiento, que es el siste 
ma conjugado. 

Finalmente, en las probetas envejecidas hasta el estado de equilibrio, la 
fractura tiene lugar por la activación de varios sistemas de deslizamiento de 
forma similar a como se produce en un policristal. 
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Fig.l.- Fractura de un monocristal en 
el estado de solución sólida 
sobresaturada. 

Fig.3.- Fractura de un monocristal en 
el estado de equilibrio. 
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Fig.2.- Fractura de un monocristal en 
el estado de máximo endureci­
miento. 

Fig.4.- Superficie de una probeta en 
el estado de máximo endurecí 
miento en el instante ante­
rior a la rotura. Se produce 
por deslizamiento en el sis­
tema conjugado, al que co­
rresponden las líneas de la 
banda central. 



MICROMECANISMOS DE FRACTURA FRAGIL EN ACEROS FERRITICO-PERLITICOS 

A.Martin Meizoso, J.M.Rodriguez Ibabe y J. Gil Sevillano 

CEIT, Centro de Estudios e Investigaciones Técnicas de Guipúzcoa, Apdo.1555, 
- SAN SEBASTIAN -

La tenacidad a la fractura frágil de un acero al carbono (0,5%C) con estructura 

ferritico-perlitica y su dependencia de la temperatura y velocidad de carga se 

interpretan mediante un análisis de los micromecanismos subyacentes al proceso 

de propagaci6n frágil de una grieta. 

The toughness level of a medium-high carbon steel with ferrite-pearlite structu­

re and its strain rate and temperature dependence can be rationalized by means 

of a micromechanistic analysis of brittle fracture. 
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1.- INTRODUCCION 

La temperatura de transición del acero ferritico-perlitico con 0,5%C,de am­
plio uso en material ferroviario, es habitualmente superior a la temperatura am­
biente, por lo que las posibles roturas catastróficas de piezas de este acero oc~ 
rrirán mediante micromecanismos de fractura frágil. En esta comunicación se anal~ 
za la tenacidad a la fractura frágil de ese acero, KI , en base a los procesos de 
fractura que tienen lugar a escala microscópica. El agálisis pretende explicar la 
influencia de la temperatura y de la velocidad de carga sobre la tenacidad y com­
prender los efectos de parámetros estructurales susceptibles de control metalúrg~ 
co. 

1.1 Criterio macroscópico de fractura 

Desde un punto de vista macroscópico, la tenacidad de un material se caracte 
riza por su "factor critico de intensidad de tensión", KI . Una pieza con una 
grieta de semitamaño e rompe al ser sometida a una tensióg a tal que: 

e 

K ~ a 
Ic e 

( 1) 

Esta propiedad del material, K , depende de su composición y estructura y es tam 
bién sensible a la temperaturar? a la velocidad de aplicación del esfuerzo, 

K = KI (estructura, T, E) Ic e 

1.2 Criterio microscópico de fractura frágil 

Microscópicamente, el proceso fundamental que subyace a las fracturas frági­
les es la separación de planos cristalográficos por descohesión (cleavage). En un 
cristal perfecto, para vencer las fuerzas cohesivas es necesario alcanzar la lla­
mada "resistencia ideal", 

a ~ E/10 
i 

Sin embargo, en materiales reales, ocurre fractura frágil al alcanzarse un nivel 
crítico de tensión tractiva, la "tensión critica de fractura frágil", of, mucho 
menor que la resistencia ideal: 

Esta aparente discrepancia se explica por la existencia de microgrietas que, bajo 
la tensión de fractura, permiten alcanzar localmente la tensión ideal 

af = SKB ¡'/t 
Ia 

(2) 

que no es sino la aplicación, a escala microscópica, del criterio de fractura (1) 
antes expresado, y donde t es el tamaño de la microgrieta y KB el factor crítico 
de intensidad de tensión local pertinente. En un material intfÍnsecamente frágil, 
las grietas o entallas preexistentes son responsables de ese debilitamiento; en 
el caso que nos ocupa y en general en los metales u otros materiales cristalinos 
susceptibles de comportamiento frágil pero también capaces de deformación plásti­
ca, las grietas preexistentes se enroman por deformación plástica local y no con­
centran la tensión hasta el nivel de la tensión ideal: 

( 01) -max 

34 

'V 

< 40 <o 
y i 



donde a representa el limite elástico (véase apdo. siguiente y fig.1). 
y 

La descohesión sólo puede darse a partir de grietas agudas, recién oreadas 
durante el proceso de carga. Su generación exige de todos modos alcanzar la ten 
sión ideal y esto sólo es posible por los campos de tensiones asociados a grupos 
de dislocaciones. Por consiguiente, la deformación plástica es prerrequisito pa­
ra la fractura frágil de los aceros, 

a > a 
f- y 

y en la terminologia inglesa se denomina este tipo de fractura "slip induced 
cleavage". 

Los grupos de dislocaciones nuclean microgrietas en elementos de la estruc­
tura particularmente frágiles (inclusiones no metálicas, juntas, etc ... ). El va­
lor de af está ligado (por la ecuación (2) citada anteriormente) al tamaño del 
elemento estructural nucleante, t, y a la capacidad de sus fronteras para dete­
ner una grieta nucleada, K~a'pues la fractura ocurre cuando esa capacidad se ve 
sobrepasada /1/. 

En la estructura de un material, ya lo veremos en nuestro acero, existe una 
gama de elementos estructurales candidatos a núcleos de fractura. Si esos elemen 
tos constituyen enclaves que hay que agrietar sucesivamente, el que dé lugar a 
la máxima af es obviamente el critico; si constituyen núcleos alternativos, lo 
será el que permita romper con la minima tensión. 

1.3 Relación entre los criterios macroscópico y microscópico de fractura 
frágil 

Kic' el criterio de rotura de la Mecánica de la Fractura, es la manifesta­
Clon macroscópica del proceso de fractura frágil y lógicamente es relacionable 
con el criterio microscópico de descohesión. 

El factor de intensidad de tensiones, K , caracteriza el estado de tensiones 
en el entorno del borde de una grieta sometiaa a carga. Existen análisis elasto­
plásticos /2-7/ que permiten relacionar la tensión de tracción normal al plano de 
la grieta, al frente de la misma (fig.1). La tensión depende del limite elástico 
del material, a , y de su coeficiente de endurecimiento plástico, n: 

y 

( 3) 

En general, en un metal, toda grieta bajo carga se enroma por flujo plástico. La 
tensión de tracción máxima queda limitada, pero gracias a ese flujo plástico se 
nuclean microgrietas en su entorno. 

El gradiente de la tensión normal es muy fuerte en la zona plástica al frente 
de una grieta. Para la propagación inestable frágil de una grieta no basta con que 
af sea sobrepasada localmente: debe ser sobrepasada sobre una distancia critica, 
x , tal que se asegure su propagación indefinida: en primera aproximación, sobre e 
la distancia mutua entre nucleos de fractura /8/. 

Por tanto, para calcular K necesitamos: 
Ic 

- las propiedades plásticas del material 

- af } 
medirlas e identificar el nucleo 

- X 
e 
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Luego, sustituir en la ecuación anterior crf por cryy y x por x y resolver para ob 
tener K /9,10/. e 

re 

2. APLICACION. TENACIDAD DE UN ACERO FERRITO-PERLITICO 

El material base del trabajo experimental realizado proviene de la mitad ex­
terna de la llanta de una rueda R7 típica (0,49%C) suministrada por CAF. La micr~ 
estructura de la rueda (en funci.ón del radio) fue caracterizada cuantitativamente 
de manera exhaustiva. 

La orientación de los ensayos que se consideran en el artículo es la procede~ 
te para el caso de fractura radial de la rueda (es decir, carga circunferencial). 

Se realizaron ensayos de tracción en una gama de temperaturas entre la del 
nitrógeno líquido y 2009C. En la Fig. 2 se muestran algunas curvas de endurecimie~ 
to en coordenadas doble-logarítmicas. La pendiente de las curvas es el coeficiente 
de endurecimiento (n), que resulta poco sensible a la temperatura incluso conside­
rando deformaciones relativamente grandes. 

El límite elástico en función de la temperatura puede verse en la Fig. 3. Su 
dependencia de la temperatura presenta dos estadios claramente diferenciados, co~ 
portamiento típico de los metales cúbicos centrados y en particular de la ferrita. 
Los datos experimentales se han ajustado a las ecuaciones teóricas aceptadas para 
la zona de bajas temperaturas (deslizamiento de dislocaciones controlado por la pe 
riodicidad de la red) y la zona de temperaturas medias (controlado por o~~tácu~~s­
discretos) /11/ adaptadas a la velocidad de deformación experimental, 10 seg . 

Las ecuaciones obtenidas, basadas en modelos físicos y no en un mero ajuste 
matemático, pueden extrapolarse a otras velocidades y temperaturas de ensayo siem 
p're que no dominen otros mecanismos de deformación (Fig. 4). Es interesante resai 
tar que los dos regímenes de deformación del acero al carbono con 0,5%C presentan 
sensibilidades a la velocidad de deformación y temperatura enormemente dif.erentes. 
Una bajada de temperatura o una fuerte velocidad de. carga producen una transición 
de una situación casi atérmica a otra de fuerte sensibilidad a cambios de esas 
dos variables. 

La tensión crítica de fractura frágil se ha medido a partir de la carga de 
rotura de probetas de plegado con entalla en V /12,13/. En los ensayos realizados 
en nitrógeno líquido se comprobó que la superficie de fractura correspondía excl~ 
sivamente a facetas de descohesión y que la nucleación de la fractura ocurre, de~ 
tro de la zona plástica, en puntos de máxima tensión de tracción, y no en puntos 
de deformación plástica máxima, es decir, de acuerdo con el esquema expuesto en la 
introducción (descohesión inducida por deslizamiento). El valor de crf es 

crf = 2084 ~ 87 MPa 

Por otra parte, se efectuaron medidas estáticas de K de acuerdo con la nor 
ma ASTM a cinco temperaturas entre la del etanol fundenter? ambiente, verificándo 
se que la propagación de la grieta tuvo lugar por descohesión. La superficie de 
fractura adyacente al borde de la grieta de fatiga de varias probetas de medida 
de Kic fue explorada en busca de núcleos de fractura, fácilmente identificables 
(Fig. 5). Ello permitió medir la distancia crítica promedio 

X = 57 ~ 10 11m e 

No se encontró ningún núcleo de fractura asociado a inclusiones. 

Se observaron también secciones longitudinales de probetas rotas a la búsque 
da de núcleos detenidos¡ la mayoría de los encontrados (muy próximos a la superfi 
cie de fractura) están detenidos por fronteras entre colonias de perlita ó fronte 
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ras perlita-ferrita proeutectoide (Fig. 6), aunque frecuentemente también se en­
cuentran núcleos que atraviesan tales juntas. 

Con los datos obtenidos para a , a , n y x y de acuerdo con lo expuesto, se 
calculó la tenacidad en función de la témperatufa para una velocidad de deforma­
ción representativa de la desarrollada en la zona plástica de la probeta ASTM 
(Fig. 7). El acuerdo con los resultados experimentales de medidas de K (obteni­
das según normas ASTM) puede considerarse aceptable y el modelo de fra~Eura supue~ 
to, confirmado. 

Suponiendo esto último, el modelo ofrece una buena base para discutir la te­
nacidad de este acero a la fractura frágil. 

3.- DISCUSION 

Para una composic~on y estructuras dadas, la influencia de la temperatura y 
velocidad se ejerce a través del comportamiento plástico (a y n). La caída obse~ 
vada en K al bajar de cierta temperatura (por encima de 1¿ cual K es casi 
constanteYcno es más que el reflejo de la transición al régimen de ~~slizamiento 
a bajas temperaturas. (Una transición del mismo tipo se observa en la tenacidad 
de aceros de raíles eutectoides /14/l. 

Lo importante es que esa caída se desplaza peligrosamente al rango de tempe­
raturas de servicio si se aumenta la velocidad de carga (impactos) ,como se aprecia 
en la Fig. 8. 

El modelo permite también detectar o confirmar qué parámetro microestructural 
es decisorioencuanto a la tenacidad. Posibles núcleos de fractura, en la estructu 
ra de este acero ferritico-perlitico, son: 

- granos de ferrita - láminas de ferrita eutectoide 
- "bloques" de perlita* - láminas de cementita eutectoide 
- colonias de perlita - inclusiones no metálicas 

Las inclusiones pueden rechazarse: ningún núcleo se encontró asociado a ellas. 

Las fronteras de los granos de ferrita, de los bloques ó de las colonias pe~ 
líticas son esencialmente juntas de grano de ferrita; dada la estructura del ace­
ro (ferrita proeutectoide de unas 4 micras rodeando agregados perliticos de unas 
20 ~m), de estos 3 elementos sólo el mayor ha de retenerse (mínima crf virtual), es 
decir, el "bloque" perlftico. 

Tomando como soporte los datos propios y una recopilación de datos dispersos 
de la bibliografía (para una discusión detallada véase la ref. /15/), pueden des~ 
charse también las láminas de ferrita o cementita eutectoide como elementos contro 
lantes de la propagación de la fractura -es muy frecuente la observación de lámi­
nas rotas en perlita deformada~ mientras que las observaciones fractográficas y 
la dependencia de la temperatura de transición muestran claramente el protagonis­
mo de los "bloques perlfticos". Puede concluirse que en aceros perliticos con al­
tos contenidos en perlita -como nuestro caso- el "bloque" perlítico es el paráme­
tro estructural fundamental en relación con la nucleación de la fractura frágil. 

Y como síntesis: la tenacidad de los aceros al carbono de contenido medio-al 
to con estructura ferrítico-perlitica está controlada por el tamaño de los blo­
ques perliticos, que determinan a y x (esta última, cierto múltiplo del tamaño 
critico de los núcleos) y por la ~urvacde endurecimiento plástico (límite elásti 

(*) Conjunto de varias colonias adyacentes compartiendo una orientación de ferri­
ta común. 
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El punto de interés es que, con ciertas restricciones, estos dos factores 
pueden ser modificados independientemente mediante control metalJírgico, por lo 
que la combinación tenacidad-resistencia puede seleccionarse dentro de ciertos 
límites: 

- el bloque perlítico es en la práctica proporcional al tamaño de grano austení­
tico /16/; por afino de éste podemos afinar el bloque y aumentar af (y con 
ello, la tenacidad). 

- el límite elástico, modificable a través de la composición y, de la estructu­
ra, fundamentalmente a través de la fracción de perlita y del espaciado perl~ 
tico. 

4.- CONCLUSIONES 

1. La fractura frágil de aceros al carbono (0,5%) y estructura ferrítico-per 
lítica responde al esquema de descohesión inducida por deslizamiento. Su­
tenacidad puede calcularse aplicando ese criterio macroscópico a las condi 
ciones existentes en el borde de una grieta bajo carga. 

2. La tenacidad cae drásticamente por debajo de cierta temperatur-a (dependien 
te de la velocidad de carga) o por encima de cierta velocidad de carga a 
una temperatura dada. En condiciones de carga rápida o impacto la transi­
ción puede ocurrir dentro del rango de temperaturas de servicio. 

3. Bloques perlíticos agrietados son núcleos efectivos de la fractura por de~ 
cohesión. Su tamaño (que controla la tensión de fractura} está relacionado 
con el tamaño de grano austenítico. El límite elástico es el segundo fac­
tor, con el bloque perlítico, determinante dé la tenacidad. 
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Fig. 5 - Núcleo de fractura por descohesión 

Fig. 6 - Microgrieta (próxima a superficie de fractura 
frágil) que atraviesa una colonia perlítica, detenida 
por una junta entre colonias y por una intercara perl~ 
ta-ferrita. 
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PREDICCION DE ROTURAS EN ALAMBRES FISURADOS 

A. Valiente Cancho 
M. Elices Calafat 

Depm•tamiento de Fisica y Pís?:ca de Mater•iales 
Escuela Técnica Superior• de Ingenie:r•os de Caminos~ Canales y Puertos 

Universidad Politécrrica de Madf•,:d. 

La pr•esencia de fisuras en ar•madur•as de <JSti•w::tu:r•as de hor•migón e<:! un 
pr•oblema que empieza a ser• preocupante. En el pr•esente trabajo se estudian 
los criter•ios que gobiernan la fr>actur>a de estos componentes~ ten"Íendo en 
cuenta el car>acter> tridimensional del p•oblema y la difer•ente duct:'ilú1.ad de 
los dú;er>sos tipos de aceros empleados en su fabPicación. Las p1~ecNcm:ones 
te6Picas corr•espondientes a distintos c1~ite1~ios se contPastan con J•esult:a-

_cjos de ensayos de fractw•a realizados eon divePsos a;cei'QD de ca•madur•ao~ erL­
contl•ándose una adecuada COPPelae-ión ent:r•e el ci•iterio que Y''Íge la .fl:·aetw:o_ 
de cada acero N sus características mecánicas. 

The problem of cr>acks developped úz uYÍJ•es and bar•s fm· r•einfm:•ce.J artd 
pPestPessed concrete is studied in tln:s wm·k. Several fr•actuJ:•e cy•-iter•-ia 
ay•e analyzed because of the dijyerent duct"iZities zurn:ch show the steels useJ 
for making the reinfor>cements. The three-d-imensional c::ondiUon of tlte problcill 
is considered~ too. The validity of the c::y•Üeria -is <-dtec::l<ed by compm·ing 
experimental resulta and them•etical pn;;d·t:ctions. It is found a good COl"l'ela­
tion between each material tested and the them•etü.:al rnodet of the cYiterium 
which describes better its fr>actur•e beJwviour. 
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1.- INTRODUCCION 

Una de las aplicaciones m~s interesantes de la Mecgnica de Fractura 
en Ingeniería Civil es su utilización para predecir la carga de rotura de 
un alambre o barra fisurada y sometido a tracción . Las armaduras de ace­
ro empleadas en estructuras de hormigón armado y pretensado son componen­
tes estructurales de fundamental importancia que plantean la necesidad de 
saber c6mo se altera su capacidad resistente cuando contienen fisuras o -
defectos. En las actuales condiciones de servicio de las estructuras de -
hormig6n, sus armaduras se ven afectadas por fenómenos de fatiga /1/ y co 
rrosi6n bajo tensión /2/ que dan lugar al desarrollo de fisuras, y por= 
fenómenos de fragilizaci6n /3/ que aumentan su sensibilidad a los defec-­
tos. Todo ello favorece la posibilidad de una rotura y representa un au-­
mento de riesgo que justifica el inter~s de esta investigación. 

La Mecánica de Fractura proporciona el marco adecuado para ello. El 
planteamiento seguido consiste en determinar condiciones de rotura teori­
cas para alambres fisurados a partir de critedos generales de fractura, 
y realizar la experimentación adecuada con aceros de armar y pretensar p~ 
ra contrastar la validez de los resultados teóricos de cara a la resolu­
ción del problema planteado. 

2.- ANALISIS TEORICO 

2.1.- Definición del problema. 

El tipo de fisura se ha adoptado atendiendo a la forma típica que pr~ 
sentan las desarrolladas por fatiga o corrosión bajo tensión. Son fisuras 
de superficie con forma de lúnula cuyo borde se asimila a una elipse, tal 
como muestra la figura l. Con esta representación la fisura queda determi 
nada por dos dimensiones características, las longitudes de los semiejes 
de la elipse y el problema de establecer la condición de rotura se red 11-

ce a determinar la relación entre los valores de las dimensiones de la fis~ 
ra, la solicitación aplicada y el diámetro del alambre que originan la ro­
tura de éste. De acuerdo con la notación empleada en la figura 2, dicha re 
lación, formulada analíticamente, sería una ecuación del tipo 

f (a, a, e, D) o (1) 

2.2.- Criterios de fractura 

El criterio de fractura basado en el factor de intensidad de tensio-­
nes K es aplicable a casos de solicitación en modo puro, como el que aquí 
se estudia, y establece que la fractura tiene lugar cuando dicho factor al 
canza un valor crítico K , propio del material. Esta formulación clásica 
del criterio correspondeca problemas bidimensionales en los cuales el -
factor K es uniforme a lo largo del borde de la fisura, pero en problemas 
tridimensionales K varía de un punto a otro y el criterio debe modificarse 
atendiendo a esta circunstancia. Una generalización directa lleva a la coE_ 
clusion de que debe ser el máximo valor de K en el borde de la fisura el 
que alcance el valor crítico K • 

e 

Para el problema del alambre fisurado, el criterio del factor de in­
tensidad de tensiones se aplicara bajo esta forma, utilizando los result~ 
dos de M.A. Astiz /4j. Aªtiz ha resuelto el complejo problema numérico de 
determinar el factor K a lo largo del borde de la fisura, empleando'el m! 
todo de los elementos finitos con un elemento singular original, en con­
junción con la técnica de la rigidez diferencial. De acuerdo con sus re-­
sultados, para relaciones a/c menores de 0,9, el factor de intensidad de 
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tensiones es máximo en el punto más profundo de la fisura y su valor viene 
dado por la expresión: 

a a 
K = oliTa M ( e' D) (2) 

donde M es la función adimensional definida gráficamente en la figura 3. I­
gualando esta expresión de K al valor critico K se obtiene la relación del 
tipo (l) correspondiente al criterio de fractur~ basado en el factor de in­
tensidad de tensiones 

a a 
M ( - -) = K 

C' D e 
(3) 

El segundo criterio de fractura que se ha utilizado es igualmente con~ 
cido y se basa en un planteamiento energético: la energia absorbida para -
crear nueva superficie de fisura en el proceso de fractura procede de la e­
nergía liberada por el sólido y del trabajo de las fuerzas exteriores. Este 
criterio es equivalente al del factor de intensidad de tensiones en proble­
mas bidimensionales pero no sucede así con problemas tridimensionales. En 
un caso como el que aquí se estudia, puede seguirse el mismo planteamiento, 
y considerando una propagación virtual de la fisura, con un incremento de 
área dn-,obtener en la siguiente expresión de la energía disponible G para 
crear una nueva unidad de 5rea de fisura: 

1 . D2 dC 
G = 2 (01T 4 ) 2 

drl (4) 

donde dC es la variación que experimentaría la elongabilidad del alambre -­
con el crecimiento virtual de la fisura. La condición de fractura es que la 
energia disponible para propagar la fisura G, iguale a la energía necesaria 
para rasgar el material G , pero contrariamente a lo que sucede en los ca­
sos bidimensionales, la f8rma que adopta la fisura al propagarse, no es co 
nacida a priori y la expresión (4) no puede ser calculada sin introducir al 
guna hipótesis al respecto. 

La solución adoptada para el problema del alambre fisurado viene suge­
rida por la limitada sensibilidad que la elongabilidad del alambre muestra 
respecto a la curvatura del borde de la fisura, tal como aparece reflejado 
en la figura 4 /5/, donde se comparan diferentes valores de la elongabili­
dad en función de la profundidad de fisura. La línea llena corresponde a 
fisuras con borde recto,obtenidos numéricamente mediante el método de ele­
mentos finitos, mientras que los puntos son valores determinados experimen­
talmente utilizando probetas fisuradas de acero y de resina epoxi con bordes 
de diferentes curvaturas. Como puede apreciarse, a pesar de su dispar pro­
cedencia, los resultados tienden a agruparse en una única curva, confirmaE_ 
do así que es la profundidad de fisura el parámetro determinante de la elon 
gabilidad del alambre. En consonancia con este dato, el cálculo de la mag­
nitud G según la ecuación (4), se ha realizado asimilando la fisura .real 
a una de borde recto e igual profundidad. 

El resultado obtenido permite,de modo directo, expresar analiticamente 
la condición de rotura: 

1 12 
o& {0,473- 3,286% + 14,797 (; ) 2

} /{ ~ 

El tercer y Último criterio de fractura utilizado se fundamenta en el 
crecimiento inestable del COD para un valor límite de la solicitación apli 
cada, y parte de una expresión modificada /6/ del COD correspondiente a u­
na placa infinita. La condición resultante, denominada criterio de la ten­
sión de cedencia, ha sido utilizada para predecir satisfactoriamente pre-~ 
siones de rotura en tuberías con fisuras pasantes /6,7/ y no pasantes /7/. 
Su expresión analítica adopta, en general, la forma: 
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crH = cr 
e 

( 6) 

en la cual, para el caso de un alambre fisurado, cr representa la tensión n9_ 
minal aplicada, M es el factor adimensional definido grificamente en la fi­
gura 3, y cr una tensión de cedencia efectiva caracteristica del material, 
intermedia centre el límite elástico y la resistencia a tracción. 

3.- EXPERIMENTACION REALIZADA 

La experimentación llevada a cabo comprende un total aproximado de 90 
ensayos de fractura realizados con alambres de acero de pretensar y barras 
de acero de.armar. En todos los casos el ensayo ha consistido en someter a 
tracción hasta rotura probetas previamente fisuradas por fatiga, registrán­
dose como datos de ensayo la carga de rotura y las dimensiones de la fisura 
de fatiga. Estas últimas se han medido sobre la superficie de fractura en 
un proyector de perfiles, habiéndose obtenido valores de las relaciones a/D 
y a/c comprendidos en los intervalos 0,2 - O,S y 0,4 - 0,9 respectivamente. 

El número de materiales diferentes que han sido estudiados es de ocho, 
seis comerciales y dos de laboratorio, distribuidos del siguiente modo: 

- Un acero de armar comercial de dureza natural, de 12 mm. de diámetro (A­
cero 1). 

- Tres aceros de pretensar trefilados de 7 mm. de diámetro (Aceros 2, 3 y 4) 

- Dos aceros de pretensar templados y revenidos de 7 y 9 mm. de diámetro, 
respectivamente (Aceros S y 6). 

- Un acero de pretensar trefilado de 7 n~. de diámetro, ensayado a -16S°C 
(Acero 7). 

- Un acero de pretensar trefilado de 7 mm. de diámetro, endurecido por de­
formación (Acero 8). 

4.- ANALISIS DE RESULTADOS 

Para facilitar la interpretación de los resultados en relación a los 
objetivos establecidos, se ha elaborado la Tabla l. En ella, además de in­
cluir el alargamiento bajo carga máxima como Índice de ductilidad, se rec~ 
ge para cada material estudiado la desviación típica de los parámetros de 
fractura que define cada uno de los criterios considerados, en las ecuacio 
nes (3), (S) y (6) respectivamente. Según dichas ecuaciones el valor de e­
sos parámetros debe ser característico del material, por lo que su desvia­
ción típica, expresada como porcentaje del valor medio, es un adecuado exp~ 
nente para determinar la validez de un criterio de fractura. 

En la Tabla 1 se ha enmarcado la desviación mínima correspondiente a 
cada acero, para indicar el criterio de fractura que refleja mejor el com­
portamiento del material y proporciona predicciones más fiables. Observan­
do la Tabla se aprecian además tres datos significativos: 

Ninguno de los valores enmarcados es superior al 10% que generalmente se 
acepta como desviación límite de un parámetro de fractura. 

- Los aceros del mismo tipo están gobernados por el mismo criterio de frac 
tura. 

El modelo teorice de material correspondiente a cada criterio de fractu­
ra está en consonancia con los materiales que obedecen el criterio,de a­
cuerdo con su ductilidad. En este sentido destaca el caso del acero tre­
filado cuando se ensaya endurecido y a ·165 °C. Ambas circunstancias refuer 
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zan el comportamiento elástico-lineal y en efecto, pasa de estar regido por 
un criterio elástico-lineal global a estarlo por un criterio elástico-li-­
neal local. 

TABLA 1 - Resumen de resultados 

Material Ductilidad K lEC a 
e e e 

Acero 1 12% 15% 21% ® 
Acero 2 6% 5o¡ @ 8% lo . 

Acero 3 6% n @ 19% 
Acero 4 7% 10% ® 90/ 

h 

~ Acero 5 6% 12% 22% 
Acero 6 7% . 18% 14% 
Acero 7 4% ® 8% 13% 
Acero 8 3% ® 9% 10% 

5.- CONCLUSIONES 

Las conclusiones que se derivan del análisis de resultados son básica 
mente, las siguientes: 

- Desde el punto de vista de la Mecánica de Fractura se aportan los datos 
experimentales que confirman la validez de tres criterios de fractura -
generalizados a problemas tridimensionales. 

- Respecto al problema de la presencia de fisuras en armaduras para estru~ 
turas de hormigón se ha establecido que criterios rigen la fractura de 
los aceros estudiados, permitiendo con ello predecir la carga de rotura 
de una armadura fisurada. Para generalizar estas conclusiones a cualquier 
acero de armaduras sería necesaria, en principio, una experimentación -
más exhaustiva, pero las características que presentan los resultados -
obtenidos, puestas de manifiesto en el análisis de los mismos, constitu­
yen una primera confirmación en ese sentido. 

-En cuanto al.conocimiento de los aceros de armaduras se han determinado 
magnitudes que permiten caracterizar su resistenciá a fractura .. En el 
caso de los aceros de pretensar trefilados, el valor de IEG permite es 
timar su tenacidad de fractura entre 90 y lOO HPa liñ y en eÍ de los te;­
plados y revenidos, del valor K se deduce que la tenacidad de fractura 
varía entre 70 y lOO HPa ~. e 
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Fig.l.- Representación geométrica de una fisura. 
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INICIACION DE LAS GRIETAS EN LOS METALES C.C: UN POSIBLE MECANISMO 

BASADO EN LA ASIMETRIA DEL DESLIZAMIENTO. 

Marcos J. Anglada Gomila 

Depto. de Metalurgia~ Escuela Técnica Superior de Ingenieros Indus 
triales. Universidad Politécnica de Cataluña. 

Se describe Za influencia de Za asimetria deZ deslizamiento y deZ 
esfuerzo en eZ comportamiento mecánico de Zos monocristaZes con es 
tructura cúbica centrada sometidos a fatiga en tracción-compresióñ. 
La asimetria deZ deslizamiento produce un cambio de forma en Zas 
probetas de manera que la sección originalmente circular se con-­
vierte en eZiptica. 

También se examina Za influencia de Zos cambios de forma sobre. Za 
iniciación de Zas grietas en Zos poZicristaZes. Para eZZo se ana­
lizan Zos cambios de forma en dos granos superficiales contiguos 
con diferentes orientaciones cristalográficas y se concluye que -
Zos cambios de forma incompatibles producidos en Zos granos por eZ 
deslizamiento asimétrico~ origina Za formación intergranuZar de -
Zas grietas. 

It is described the infZuence of the slip and stress asymmetry in 
the mechanical behaviour of b.c.c. single crystaZZs cyclicaZZy 
deformed in tension-compresion. The slip asymetry produces a cha~ 
ge in shape in the specimens~ so that the initiaZ circular cross­
section becomes eZZipticaZ. 

The infZuence of the shape changes on crack nucZeation in poZycry~ 
taZs is also examined. From the analysis of the shape changes in 
two surface adyacent grains with different crystaZZographic orien­
tations it is concluded that the incompatible shape changes~ pro­
duced by the slip asymmetry in each grain~ is responsibZe for the 
nucleation o~the cracks at the grain boundaries. 
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1 - INTRODUCCION 

Durante los últimos veinticinco años, la investigación de los mecanismos 
de deformación de los monocristales con estructura cúbica centrada (CC) ha si 
do estimulada gracias al desarrollo, a finales de los años cincuenta, del mé­
todo de crecimiento de cristales por fusión de una zona flotante mediante bom 
bardeo de electrones. Como resultado de estas investigaciones, se ha determi­
nado que a temperaturas inferiores a una temperatura crítica, Te (Te- 0,15 Tm, 
donde Tm es la temperatura de fusión) , estos metales poseen características -
bien definidas que los diferencian de los metales con estructura cúbica centra 
da en las caras (CCC) o con estructura hexagonal compacta. Entre estas caract~ 
rísticas cabe mencionar la fuerte influencia de la temperatura y la velocidad 
de deformación sobre el límite elástico, la tendencia a la rotura por clivaje 
y la fuerte sensibilidad a pequeñas cantidades de elementos intersticiales. -
Otros aspectos más específicos de los monocristales CC en el régimen de bajas 
temperaturas, T Te, son la variación del esfuerzo de fluencia con la orient~ 
ción cristalográfica, la no validez de la ley de Schmid para el deslizamiento 
y la asimetría del deslizamiento con respecto a tracción y compresión (para 
una revisión de las propiedades mecánicas de los monocristales CC, véase por­
ejemplo, /1,2/). 

La mayoría de los estudios sobre monocristales CC se han concentrado en 
la investigación de su comportamiento bajo deformación unidireccional, siendo 
más bien relativamente escaso el número de trabajos sobre deformación cíclica 
aparecidos en los últimos veinte años. Recientemente, ha surgido un interés -
creciente en el estudio del comportamiento mecánico de los monocristales CC s~ 
metidos a deformación cíclica, y uno de los resultados más interesantes de es­
tas investigaciones ha sido el poner de relieve la importancia de la asimetría 
del deslizamiento, es decir, el hecho de que el plano de deslizamiento en trae 
ción no es el mismo que en compresión /1/. Esto repercute espectacularmente d~ 
rante la deformación cíclica, ya que los monocristales cambian continuamente 
su forma, a pesar de ser deformados controlando la deformación plástica y de 
ser sometidos a ls misma deformación en tracción y en compresión. 

En este trabajo se revisa brevemente el comportamiento mecánico de los mo 
nocristales bajo la acción de cargas cíclicas en tracción-compresión, poniendo 
especial énfasis en la influencia de la asimetría del deslizamiento sobre los 
cambios de forma. Finalmente, se presenta en detalle un posible mecanismo pa­
ra la iniciación intergranular de las grietas en los policristales b.c.c. basa 
do en la asimetría del deslizamiento. Se determinan los cambios de forma espe­
rados en dos granos superficiales y se constata que los cambios de forma incom 
patibles producen tensiones en los límites de grano que favorecen la inicia-­
ción de grietas. 

2 - LA CURVA DE DEFORMACION CICLICA 

El comportamiento mecánico de los metales sometidos a fatiga oligocícli­
ca en tracción-compresión se suele describir mediante la curva de deformación 
cíclica, que se obtiene graficando el esfuerzo axial correspondiente a la am­
plitud de deformación en el estado de saturación en función de la amplitud 
plástica de deformación. La curva de deformación cíclica de monocristales pu­
ros con estructura ce ha sido determinada para diversos elementos y aleaciones 
ferríticas (para una revisión, véase /3/) a temperaturas cercanas a Te. Alre­
dedor de Te se ha encontrado que dicha curva presenta diferentes estadios ca­
racterizados por diferentes pendientes, cuya extensión depende de forma sens! 
ble de la velocidad de deformación y de la tempertura /4/. En la fig. 1 se pr~ 
senta la curva de deformación cíclica para el niobio puro monocristalino obt~ 
nida a temperatura ambiente en una probeta con una orientación cristalográfi­
ca alrededor del centro del triángulo estereográfico unitario. El estadio I, 
el cual no se muestra en la fig. !,corresponde a amplitudes de deformación 
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entre el límite proporcional macroscop1co y el punto de cedencia superior. La 
curva es prácticamente horizontal y empieza a detectarse cierta asimetría en 
el esfuerzo. Los estadios III y IV corresponden a amplitudes de deformación -
plásticas mayores que las correspondientes al punto de cedencia superior y es­
tán caracterizados por un endurecimiento cíclico pronunciado el cual, en el es 
tadio III, es particularmente sensible a la amplitud de deformación. 

3 - LA ASIMETRIA EN EL ESFUERZO Y EN EL DESLIZAMIENTO 

En los ensayos controlando la amplitud de deformación (la misma en trac-­
C1on y en compresión) y a temperaturas T < Te, generalmente se observa que los 
esfuerzos axiales de tracción y compresión no tienen el mismo valor. Esta asim~ 
tría depende de la orientación cristalográfica de las probetas. Así, por ejem­
plo, en los cristales de niobio con orientación (100) el esfuerzo de compre­
sión es mayor que el de tracción, mientras que en los cristales (~10) ocurre lo 
contrario /5/. Una consecuencia importante de esto es que cuando los monocrist~ 
les ce se deforman cíclicamente controlando la carga, éstos cambian continua-­
mente su longitud alargándose o contrayéndose según sea la orientación crista­
lográfica de las probetas /6/. 

Otra característica de los metales ce es la asimetría en el deslizamiento, 
es decir el plano de deslizamiento en tracción no es el mismo que en compre-­
sión. Es bien conocido que en los metales ce el deslizamiento ocurre por medio 
de dislocaciones con vector de Burgers (a/2) <111>; sin embargo, los planos de 
deslizamiento no están perfectamente definidos y han sido detectados tanto los 
planos cristalográficos {110}, (112} y (123)como planos de índices irraciona­
les pertenecientes a la zona <111>. El plano de deslizamiento es sensible a -
las condiciones del ensayo tales como la orientación cristalográfica del eje 
de las probetas, la temperatura, la velocidad de deformación, la pureza, el m~ 
do de ensayo y la magnitud de la deformación .Por ejemplo, en monocristales 
muy puros de niobio y de tántalo deformados a temperaturas inferiores a temp~ 
ratura ambiente, se ha determinado que el deslizamiento tiene lugar sobre pla 
nos cristalográficos (110) y (112); sin embargo, en cristales de menor pureza 
deformados atemperaturassuperiores a temperatura ambiente, el deslizamiento 
ocurre en el plano donde el esfuerzo de cizalladura es máximo y en planos 
(123) /7-9/. 

La figura 2 muestra la proyecc1on estereográfica de las líneas de desliz~ 
miento que se producen durante la fatiga de monocristales de niobio. Las lí­
neas de deslizamiento definen las trazas de dos planos de deslizamiento, el 
plano (1l0) (~ = 0°) en tracción y el plano ~ = +10° en compresión. 

4 - CAMBIOS DE FORMA 

Cuando los monocristales ce son deformados en fatiga a tracción-compre­
Slon sin deformación axial neta por ciclo, la activación de diferentes siste 
mas de deslizamiento en cada modo de solicitación conduce a un desplazamiento 
irreversible de materia por ciclo y, por tanto, a un cambio de forma. El efec 
to más notable es el cambio de la forma de la sección de las probetas de cir­
cular a elíptica /4,10-12/. 

++ + 
El desplazamiento 6u(r) de punto de vector posición r después de N-ciclos 

puede calcularse usando un modelo basado en la hipótesis de que el deslizamie~ 
to en tracción y en compresión ocurre en planos distintos pero pertene~ientes 
a la misma zona definida por la dirección del deslizamiento primario, b. Se -
puede demostrar /13/ que el desplazamiento neto producido por el deslizamien­
to asimétrico puede describirse formalmente como si el deslizamiento ocurrie­
ra en el plano que contiene la dirección de deslizamiento y el eje de la pro­
beta. Después de N-ciclos el vector desplazamiento viene dado por: 
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-+ -+ 
fm(r) 

F E 
cum 

sen E;, 

-+-+-+ 
(r.n)b (1) 

donde F es una constante positiva que depende de la magnitud de la ~imetría -
del deslizamiento y de la dirección de la fuerza aplicada. La deformación plá~ 
tica acumulada, Ecum 1 es igual a 4 N Ep siendo Ep la amplitud de deformación 
plástica. El ángulo E;, es el formado entre la direcci~n del deslizamiento y la 
dirección de la fuerza aplicada. El vector unitario n viene definido por: 

-+ 
n (2) 

donde y
1 

y y
2 

son las deformaciones de cizalladura sobre los planos cuyas norma 
les son n1 y n2, respectivamente; n es perpendicular a E y a la dirección de la­
fuerza aplicada. 

Los componentes del vector desplazamiento en el sistema de coordenadas de 
la Fig. 3 vienen dadas por: 

F E x
2 cum 

(3) 

El efecto de estos desplazamientos sobre la forma de las probetas cilíndr~ 
cas es transformar la sección circular de las probetas (de diámetro do) en elíE 
tica con diámetros extremos dmax y dmin· La magnitud del cambio de forma puede 
medirse mediante el cociente dmaxldmin' el cual, según el modelo anterior, vie­
ne dado por: 

d max 
d . 

mln 

1 + 

1 + 

(]:_ 
2 

F E ) 2 1/2 + 
cum 

F E ) 2 1/2 
cum J 

1 
2 

F E 
cum 

1 
-
2 

FE 
cum 

( 4) 

Para deformaciones E > 1, el cambio de forma observado es menor que el 
calculado a partir de la ~gNación (4). La razón de esta diferencia ha sido atri 
buída a la existencia de deslizamiento en sistemas secundarios /4,11/. Se ha d~ 
terminado que el cambio de forma es prácticamente nulo en el estadio I de la -
curva de deformación cíclica y aumenta con la amplitud de deformación plástica 
en los estadios II, III y IV /4,11,12/. En el caso del niobio, (Fig. 4) para 
una amplitud de deformación plástica constante, los cambios de forma aumentan 
al disminuir la temperatura por debajo de Te, lo cual ha sido explicado en tér 
minos de una mayor asimetría en la deformación. La influencia de la velocidad 
de deformación ha sido estudiada en monocristales de hierro /14/, niobio /4/ y 
en aleaciones ferríticas Fe-3% si, y Fe-26% Cr 1% Mo /12/. 

En todos los casos se ha observado que el cambio de forma a temperatura 
ambiente decrece al disminuir la velocidad de deformación. 

5 - INICIACION DE LAS GRIETAS 

En los cristales ce con orientaciones cristalográficas para las cuales 
existe una fuerte asimetría en el deslizamiento, a menudo se observa que duran 
te la deformación cíclica a amplitudes de deformación dentro del estadio IV de 
la curvade deformación cíclica las grietas se forman en puntos cercanos a los 
extremos de la longitud de prueba de las probetas, es decir, en la región cer­
cana a donde la probeta aumenta de sección, y por lo tanto, no hay cambio de -
forma. Esto parece indicar que la grieta se nuclea en la zona que separa la 
parte de la probeta que cambia de forma de la zona donde el cambio de forma es 
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tá impedido debido a las ligaduras impuestas por la geometría de la probeta. 

En el caso de policristales, en principio es de esperar que durante la de­
formación cada grano cambie su forma de acuerdo a la magnitud de la asimetría -
del deslizamiento y a las ligaduras impuestas por los granos contiguos. Puesto 
que los granos superficiales pueden deformarse más libremente que los granos del 
interior, los cambios de forma serán más importantes en los granos superficiales. 

Para ilustrar los cambios de forma incompatibles de dos granos contiguos s~ 
perficiales, supongamos que tenemos dos granos, 1 y 2, sobre la superficie del 
policristal y orientados de tal forma que las proyecciones de las direcciones de 
deslizamiento en cada grano sobre el plano de la sección de la probeta son per­
pendiculares a la superfice del borde de grano. Si los vectores ~' definidos en 
la ecuación (2) están dirigidos según está indicado en la Fig. Sa,entonces apli 
cando las ecuaciones (3) resulta que en los lados opuestos de la línea AA', los 
desplazamientos 6u1 están dirigidos en direcciones opuestas y son perpendicula­
res a la superficie del borde de grano. Los desplazamientos en la dirección p~ 
ralela a la superficie del borde de grano,en general son de magnitudes distin 
tas a ambos lados del borde de grano. 

En el caso de que los granos estén orientados según se indica en la Fig.Sb 
entonces los desplazamientos son paralelos a la superficie del borde grano, y 
su efecto será producir un desplazamiento de la superficie del grano 1 hacia -
afuera con respecto al grano 2, formándose un escalón sobre la superficie de la 
probeta. En general, la proyección de b sobre el plano perpendicular al esfuer­
zo aplicado no será simplemente paralela o perpendicular al borde de grano, si­
no que formará un ángulo cualquiera con la superficiedel límite del grano. Los 
desplazamientos resultantes en este caso serán la superposición de los produci­
dos en los dos casos anteriores. 

Mughrabi y Wuthrich /11/ han sugerido que la iniciación de la grieta inte~ 
granular, provocada por el cambio de forma, es el modo dominante de nucleación 
de grietas en los policristales de hierro en el régimen de bajas temperaturas. 
Estos autores han observado que cuando el hierro policristalino es deformado -
cíclicamente a velocidades de deformación grandes (1Q-2 s-1) y a amplitudes de 
deformación grandes (o sea, bajo condiciones que favorecen los cambios de forma 
en los monocristales) , se produce un relieve muy acentuado en la superficie de 
las probetas y las grietas se originan en los bordes de grano. Por el contrario 
si la deformación cíclica se realiza a velocidades pequeñas (1Q-6 s-1) y a am­
plitudes pequeñas (o sea, bajo condiciones que desfavorecen los cambios de fo~ 
ma en los monocristales), entonces se observa que la superficie de las probe­
tas permanece lisa y las grietas se nuclean de forma transgranular. 

Resultados similares han sido publicados por Magnin y Driver /15/ para -
aleaciones ferríticas (Fe-3% Si, Fe-26%Cr-1%Mo) a temperatura ambiente, y por 
Guiu et al. /16/ en Fe puro. Estos últimos autores observaron que la nuclea-­
ción tiene lugar preferentemente en los bordes del grano, pero la propagación 
se realiza de forma transgranular. También pusieron de relieve que en poli-­
cristales sin bordes de grano perpendiculares al esfuerzo aplicado (debido a 
la existencia de granos grandes alargados de forma acicular) las grietas se 
originan en los límites de grano paralelos al esfuerzo aplicado) . 
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Figura 1 - Curva de deformación cíclica de mon~ 
cristales de niobio con orientación cristalogr! 
fica cercana al centro del triángulo estereogr! 
fico unitario obtenida a temperatura ambiente y 
a una velocidad de deformación de 6.0x1o-4 s-1 . 
Los círculos negros indican los esfuerzos de s~ 
turación en tracción (+) y en compresión (-). La 
curva de líneas y puntos representa la curva de 
tracción para deformaciones pequeñas. 

¿j 
100 101 

Figura 2 - Proyección estereográfica de las 
direcciones de las líneas de deslizamiento 
observadas después de una deformación cícli 
ca de icum=0.49 a una am~litud de deforma-­
ción plástica de 2.7x10- . Velocidad de de 
formación,6.0x10-4 s-1; T = 295 K -



Fig.3 -Orientación del sistema de coa~ 
denadas utiliz~do con respecto al eje -
de esfuerzos, 0, y a la proyección, bp, 
de la dirección del deslizamiento sobre 
la sección de la probeta. 
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Fig. 4 - Variación del cociente entre los 
diámetros extremos, dmaxldmin' de la sec­
ción de la probeta en función de la defo~ 
mación plástica acumulada, en cristales -
de niobio deformados cíclicamente en trae 
ción-compresión a diferentes temperaturas 
a la misma amplitud de deformación 
( P = 2.7x1o-3) y a idéntica velocidad de 
deformación (6.0 x lo-4 s-1) 
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Fig. 5 - Desplazamientos que se producen a ambos lados del borde de grano A'A en 
dos granos superficiales contiguos debido a la asimetría en el deslizamiento: a) 
la proyección de la dirección del deslizamiento en cada grano es perpendicular a 
la la superficie del borde de grano; b) la proyección de la dirección del desli 
zamiento en cada grano es paralela a la superficie del borde de grano. 
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COMPORTAMIENTO A 

DE U~ 

LA FRACTURA 

ACERO AISI 

DE DOS 

304 

COLADAS 

S.Barroso Herrero, A.-M. G6mez Ant6n y J.T.Mora Pena 

Grupo J.E.N. - U.N.E.D. 

Junta de Energia Nuclear, Divisi6n de ~fetalurgia. 

Av.Complutense, 34; Ciudad Universitaria. 

28040 Madrid 

En e~te t~abajo ~e e~tudian do~ colada~ de compo~ici6n ~imi­

la~ de un ace~o inoxidable au~ten1tico, tipo 304, ~ometida~ a 

t~atamiento de di~oluci6n a 1.020° y 1 .080°C, ~e~pectivamente y 
en~ayada~ bajo 6luencia lenta, a tempe~atu~a~ en el ~ango de 550° 

a 750°C, bajo ca~ga~ comp~endida~ ent~e 360 y 30 MPa. 

El e~tudio de la~ ~upe~óicie~ de 6~actu~a, ~ealizado mediante 

SEM, ha evidenciado la di6e~encia de compo~tamiento a la n~actu~a 

de amba~ colada~.En pa~ticula~, ~e ha ob~e~vado la p~e~encia de 

do~ tipo~ de mecani~mo~ pa~a la~ n~actu~a~ inte~c~i~talina~. 

Two heat~ o6 ~imila~ compo~ition o6 an au~tenitic ~tainle~~ 

~teel, type 304, ~ubjected to heat t~eatment at 1.020° and 1 .080°C 

~e~pectively and te~ted unde~ c~eep at tempe~atu~e ~ange 550 - 750°C 

and load 360 - 30 MPa have been ~tudied. 

Examination by SEM o6 the 6~actu~e ~u~6ace~ have ~hown a dilne­

~ent 6~actu~e behaviou~ 6o~ each heat.In pa~ticula~, two di66e~ent 

6~actu~e mechani~m~ ~eem~ to ope~ate &o~ the inte~c~y~talline tqpe 

o6 6~actu~e. 
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1.- INTRODUCCION 

Es un hecho conocido que las propiedades mecánicas de los aceros 

inoxidables ensayados a altas temperaturas, muestran variaciones que 

dependen de los tratamientos previos a que han sido sometidos /1, 2/. 

En consecuencia, es lógico pensar que, también, pueden ocasionar va­

riaciones en el comportamiento a la fractura. En este trabajo se es­

tudian dos coladas de composición muy similar de un acero austeníti-
o 

co, tipo AISI 304, sometidas a tratamiento de disolución a 1.020-c y 

l.osoºc, respectivamente y ensayadas bajo fluencia lenta, a tempera­

turas en el rango de ssoº a 75oºc, bajo cargas comprendidas entre 360 

y 30 MPa. El estudio de las superficies de fractura se ha realizado 

utilizando SEM, empleándose TEM para establecer la relación entre la 

microestructura y los posibles mecanismos de fractura. 

2.- RESULTADOS EXPERIMENTALES 

Se han examinado por SEM las superficies de fractura de las mues­

tras ensayadas, identificándose, en cada caso, el tipo de fractura. 

Asimismo, en aquellos casos que se ha considerado conveniente, se han 

realizado cortes longitudinales de las probetas. A partir de los da­

tos así obtenidos, se han elaborado los mapas fractográficos para am-
o 

bas coladas: colada A -con tratamiento de disolución a l.Oso-c- y co-

lada B -con tratamiento de disolución a 1.02oºc- (ver figura l). Los 

ejes utilizados en esta representación son la tensión normalizada y 

el tiempo de rotura. De la figura 1 se puede observar los campos de -

dominio de cada mecanismo de fractura: transgranular, mixta e intergra 

nular. Asimismo, es fácil apreciar que aunque la forma general del dia 

grama es análogo para ambas coladas, sin embargo, los campos de domi­

nio de los distintos mecanismos de fractura se encuentran desplazados 

hacia tiempos de rotura más altos para las probetas de la colada B. 

Observaciones fractográficas previas, realizadas para este mismo 

tipo de acero por otros autores /3/, muestran un desplazamiento de­

los campos de fractura, hacia tiempos de rotura más cortos que los en 

centrados por nosotros en este estudio, para cualquiera de las dos co 

ladas ensayadas. 

Del análisis de los valores mecánicos obtenidos en los ensayos de 

fluencia /2/ era patente el hecho de que las probetas ensayadas de la 

colada B, presentaban valores más elevados de elongación y el tiempo 

de rotura, que los correspondientes a las probetas de la colada A. Es 

te incremento era especialmente notable en los ensayos efectuados a 
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7ooº y 7soºc, bajo cargas pequeñas, en los que la fractura, para am­

bas coladas, es de tipo intercristalino. La diferencia de comporta­

miento se explica en función del distinto tamaño de subgrano y la di­

ferente morfología de la precipitación existente en cada colada. En -

la figura 2 se presentan micrografías de un corte longitudinal en una 

zona prox1ma a la superficie de fractura de dos probetas de las cola­

das A y B, respectivamente, ensayadas a 7Soºc, bajo una carga de 40 
MPa. Se puede observar una acusada diferencia en el tamaño y número 

de grietas intercristalinas presentes en cada probeta, así como en la 

continuidad de las mismas. En la probeta correspondiente a la colada 

A, se pueden apreciar las características grietas de tipo W (figura 2-a) 

mientras que en la micrografía correspondiente a la colada B (figura 2-b) 

se observan cavidades tipo r. Ambos tipos de descohesión son caracte­

rísticos de las roturas intercristalinas, aunque responden a tipos de 

fractura diferentes. 

3.- DISCUSION 

Como Ashby señaló con claridad /4/, un diagrama de fractura se­

aplica estrictamente solo para un metal totalmente caracterizado. En 

nuestro caso, la diferencia de precipitación y tamaño de subgrano ob­

servado en las diferentes coladas del acero estudiado, dá como resul­

tado un desplazamiento de los campos de dominio de los mecanismos de 

fractura hacia tiempos de rotura más altos, para aquellas probetas con 

tamaño de subgrano menor (colada B) . 

La diferencia en el comportamiento de las dos coladas cuando la 

fractura es de tipo intercristalino, puede asociarse a la precipita­

ción discreta de forma irregular a lo largo de los bordes de subgrano 

en las muestras de la colada B /2/, que parece facilitar el mecanismo 

de formación de las cavidades tipo r, al favorecer la nucleación de -

cavitaciones en los bordes de subgrano e impedir el deslizamiento de 

los mismos, deslizamiento que se supone dá origen a grietas tipo W. 

4.- REFERENCIAS 

/1/ F. Garofalo, ASTM- SPT, 283, 82 (1.960) 

/2/ A.M. Gómez et al., Scripta Metallurgica, ~' 563 (1.985) 

/3/- R.J. Fields et al., Metall.Trans.A 11. 333 (1.980) 

/4/- M.F. Ashby et al., Acta Metall. ~' 699 (1.979) 
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TAMAÑO DE LA ZONA PLASTICA ASOCIADA A GRIETAS DE FATIGA EN ACEROS 
FERRITICO-PERLITICOS 

J.M.Rodríguez Ibabe, J.Gil Sevillano 

CEIT (Centro de Estudios e Investigaciones Técnicas de Guipúzcoa), Apdo. 1555, 
- SAN SEBASTIAN -

Elamaño de la zona plástica asociada a grietas de fatiga en un acero al caE 
bono con estructura ferritico-perlitica ha sido medido a partir del relieve supeE 
ficial en probetas previamente pulidas y a partir del efecto de sobrecargas está­
ticas en ensayos realizados bajo amplitud de cargas constante. A pesar del diferen 
te comportamiento plástico de las fases ferrita y perlita, el tamaño de la zona 
plástica (en función de (K/a) 2)es similar al obtenido en otros materiales. 

The plastic zone size associated with cracks propagating by fatigue in a 
ferrite-pearlite carbon steel has been measured both from surface relief in pre 
polished specimens and from the range of influence of static overloads during -
constant stress range cyclic tests. Despite the peculiar plastic behaviour of the 
two-phase ferrite-pearlite structure, its plastic zone size (in (K/a)2 units) is 
similar to that of other materials. 
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1.- INTRODUCCION 

Este estudio se enmarca dentro de un trabajo más amplio que durante los últi­
mos años se ha desarrollado en el CEIT con objeto de analizar la propagación de 
grietas por fatiga en un acero ferritico-perlitico con 0,5%C y que ha cubierto los 
siguientes aspectos: 

- determinación de las curvas de Paris para da/dN>10-B m/c /1/ 
-determinación del umbral de fatiga para O~ R ~ 0,7 /2/ 
- análisis de la trayectoria de la grieta en las fases ferrita-perlita /3/ y co-

rrespondiente estudio fractográfico /4/ 
- efecto de las sobrecargas en la velocidad de propagación y tamaño de las zonas 

plásticas asociadas a la grieta. 

Las dos primeras partes fueron presentadas en el I Encuentro del Grupo de 
Fractura y a continuación se exponen los resultados del último de los temas estucliédos. 

La propagación de grietas por fatiga está intimamente ligada con la existe~ 
cia de una zona plástica en la punta de la grieta. El tamaño que posee dicha zona 
plástica y su comparación con los tamaños de los parámetros microestructurales del 
material determina el tipo de micromecanismo que actúa en la propagación de la 
grieta /5/. 

En un proceso de fatiga, la zona plástica en la punta de la grieta se subdivi 
de en una zona "estática", creada por la carga máxima, y otra "ciclica", de tamaño 
más reducido, originada como consecuencia del proceso ciclico de cargas /6/. El ta 
maño de la zona plástica estática viene dado por la expresión: 

siendo, 

r 
y 

a (~)2 
(J 

y 

K el factor de intensidad de tensiones correspondiente a la carga máxima aplica­
da. 

a el limite elástico del material 
y 

a : una constante 

El objetivo de este trabajo ha sido la determinación del coeficiente a en un 
acero ferritico-perlitico. 

2.- MATERIAL Y TECNICAS EXPERIMENTALES 

El material utilizado es un acero al carbono con 0,5%C procedente de la llanta 
de una rueda de ferrocarril tipica, suministrada por CAF, S.A. (Beasain,España). 
La composición quimica del acero, los valores de los diferentes parámetros microes 
tructurales y las propiedades mecánicas convencionales se detallan en la Tabla 1 -
para diferentes niveles de la llanta y orientación (circunferencial o axial) . 

Los ensayos de fatiga se han realizado en una máquina servohidraúlica INSTRON 
de 100 KN de capacidad dinámica, utilizando probetas compactas de tracción con 
orientación circunferencial de acuerdo con la norma ASTM E647 (W=50 mm, B=12,5 mm). 
Todos los ensayos se llevaron a cabo en condiciones ambientales de laboratorio ba­
jo control de carga con onda sinusoidal a 35 Hz. El resto de las caracteristicas 
de los ensayos, asi como la determinación de los valores 6K y da/dN se realizó se 
gún lo especifica la norma ASTM E647. 

Las superficies de fractura de las probetas ensayadas se observaron en un mi­
croscopio electrónico de barrido (SEM) Philips 501B, a 15 y 30 Kv. 
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3. RESULTADOS Y CONCLUSIONES 

3.1 Ensayos con amplitud de carga constante 

En diferentes probetas ensayadas bajo amplitud de cargas constante se intentó 
manifestar el tamaño de la zona plástica en su superficie (estado de tensión plana) 
por medio de microdurezas (microdurómetro Vickers, Leitz, 25 p) /7/. Hubo de dese­
charse dicho sistema, ya que no se apreciaron variaciones indicativas de zonas de­
formadas. Tampoco resultó útil la técnica de recristalización /8/. Después de sorne 
ter muestras a 600~C durante 4 horas, no se detectaron zonas ferriticas que, por­
hallarse sometidas a una gran deformación, hubieran recristalizado. 

Finalmente se comprobó que mediante microscopia óptica con contraste interfe­
rencial, las caras de probetas pulidas previamente al ensayo de fatiga muestran una 
banda con efectos de relieve a ambos lados de la grieta (fig.1). Un posterior ata­
que con Nital al 3% evidencia que dichas zonas son granos de ferrit~ en los que se 
concentra la deformación y se consideró que el tamaño de la zona plástica corres­
ponde al espesor de dicha banda. 

Los resultados obtenidos en función de (K /a ) 2 
se indican en la fig.2. Ex­

cepto para valores de (K /0 )2 inferiores a ~a~ y (en dicha zona resulta real­
mente dificultoso discerR~ el límite de la banda), el resto de los resultados ad 
mite el ajuste mediante una recta: 

r (mm) =0.102 
y 

siendo r el coeficiente de correlación. 

3.2 Ensayos con sobrecargas 

K 
( máx)2- 0.363 

0 
y 

r 0,999 

Con objeto de completar dichos resultados y teniendo en cuenta que los mis­
mos representan un limite inferior de los valores reales de las zonas plásticas 
- ya que fuera de la banda medida existirán zonas deformadas plásticamente sin pre 
sentar rugosidad detectable - se recurrió a un cuarto procedimiento consistente 
en la realización de ensayos de fatiga con sobrecargas. 

La aplicación de un ciclo o de un bloque de ciclos de sobrecarga en un ensa­
yo realizado bajo amplitud de carga constante produce una disminución temporal en 
la velocidad de propagación de la grieta, pudiendo llegar incluso a ocasionar su 

parada definitiva. 

En la Fig. 3 se representa la aplicación de una sobrecarga de valor K0 L en 
un ensayo realizado bajo amplitud de carga constante. A partir de este instante, 
la velocidad de propagación de la grieta disminuye hasta un mínimo (en algunos ca­
sos, antes de que se produzca dicho fenómeno se observa una aceleración transitoria 
durante los primeros ciclos) y, después de un determinado número de ciclos, Nd, .d~­
rante los cuales la grieta ha crecido una longitud ad, da/dN alcanza un valor s~ml-
lar al inicial. 

No existe opinión unánime sobre las causas del retardo /9-14/. Diversos fenó 

menos que pueden explicarlo son: 

a) "crack closure" 
b) enromamiento del frente de la grieta 
e) tensiones residuales compresivas al frente de la grieta 
d) endurecimiento por deformación al frente de la grieta 
e) creación transitoria de condiciones similares a las de la zona del umbral. 

La presencia de tensiones compresivas al fondo de la grieta, relacionadas con 
la zona plástica creada por la sobrecarga, es el argumento más utilizado para ex-
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plicar el efecto de las sobrecargas. Los modelos de Wheeler /11/ y Willenborg 
y col. /12/ suponen que la longitud de grieta afectada coincide con el tamaño 
de la zona plástica creada por la sobrecarga (Fig. 4). 

En la Tabla 2 se representan los valores de 6K soportados por las pro-
bet~en el momento de aplicar las sobrecargas, los factores de intensidad de ten 
siones correspondientes a las mismas, K , y las relaciones entre éstos y K OL rnax 
Los ensayos se han efectuado con una relación de cargas ~o, excepto en el caso 
de las probetas SNCl y SNC5 (R = 0,3). 

Con objeto de conocer los valores de las zonas afectadas por las sobrecaE 
gas, se representaron gráficamente los pares de puntos (a,N) -longitud de grieta 
frente a velocidad de propagación (Fig. 5). A partir de las mismas se determinó 
la longitud de grieta afectada por la sobrecarga a , y el número de ciclos de 
retardo, Nd. Los resultados obtenidos se muestran gn la Tabla 3. 

En la Fig.6 se han representado los valores del número de ciclos de retar­
do en función de 6K en el instante de aplicar la sobrecarga, para diferentes 
relaciones de sobrecarga. Tal corno puede apreciarse, para un mismo valor de 6K, 
el número de ciclos de retardo aumenta al hacerlo el valor de la sobrecarga. Por 
otra parte, el efecto de la sobrecarga va disminuyendo a medida que aumenta el 
valor de 6K. 

Una vez superado el período de retardo, la velocidad de propagación de la 
grieta alcanza valores similares a los previos a la aplicación de la sobrecarga. 

Finalmente, la longitud de grieta afectada
2
por la sobrecarga, ad, se ha 

representado gráficamente en función de (K
0 

/o) , (fig.7) re~ionando la zona 
afectada por la sobrecarga con el valor de ta ±ona plástica creada por la misma. 
La expresión obtenida mediante un ajuste por mínimos cuadrados es la siguiente: 

de las 
tática 

K 

ad(rnrn) = 0,080 ( 
0
°L)

2 
+ 0,500 r = 0,895 

y 

En la determinación de la misma no se han tenido en cuenta los resultados 
probetas SNC3 (K =74 MN/rn3/2) y SNC5, ya que tuvo lugar propagación es­
dúctil de la gri~~a al aplicar la sobrecarga. 

Tal corno puede apreciarse en la fig. 8 dichos valores quedan por encima 
de los correspondientes a los de las zonas plásticas medidas a partir de la ru­
gosidad superficial. Estos últimos, corno se señaló anteriormente, son un límite 
inferior del tamaño real de la zona plástica (si bien en tensión plana). Existe 
un notable número de observaciones experimentales señalando que, debido a la 
presencia de tensiones residuales o fenómenos de "crack closure", la longitud de 
grieta afectada por la sobrecarga es superior al tamaño de la zona plástica crea 
da por la misma. En los ensayos no parece ocurrir "crack closure"; aunque apare­
cen partículas de óxido en la superficie de fractura en dos casos, al llevar a 
cabo ensayos a R = O y R = 0,3 no se han observado diferencias indicadoras de 
"crack closure". Por otra parte, los rnicrornecanisrnos inherentes a la propagación 
de la grieta inmediatamente después de la aplicación de la sobrecarga son los 
mismos que los observados previamente bajo amplitud de cargas constante (fig.9). 

Las tensiones residuales compresivas pueden ser de mayor alcance que el ta 
maño de la zona plástica en la dirección de avance de la grieta y, en consecuen~ 
cia, los valores medidos de las longitudes de grieta afectadas por las sobrecar­
gas representarían un limite superior del valor real de la zona plástica. 

Si dentro de la banda definida por los dos límites obtenidos trazáramos 
una recta que pasara por el origen, obtendríamos la siguiente expresión de la zo 
na plástica: 
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r 
p 

O 1 (..!._) 2 , a 
y 

Este valor del coeficiente a constituye el límite inferior de la banda 
propuesta por Lankford y col. /10/ (entre 0,1 y 0,17 para tensión plana) a 
partir de recopilaciones de medidas experimentales con diversos materiales y 
técnicas. 

De acuerdo con esto, el tamaño de la zona plástica generada al borde de 
una grieta cargada en modo I en un acero ferrítico-perlítico no diferiría esp~ 
cialmente del inducido en otros materiales, a pesar de su estructura bifásica, 
de peculiares características plásticas /15/. 
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Tabla 1 - Caracterización del material 

Composición (% peso) 

1 
e Mn Si Al Sn Cu Cr ! Ni Ti As p S 

0,49 0,78 0,24 0,005 0,023 0,26 0,07 1 0,10 0,011 0,036 10,019 0,020 

l 1 1 

Parámetros microestructurales 

' Nivel de Ferrita Tamaño grano Tamaño agregado Espaciado perlítico 
la llanta (%) ferrita ()lm) perlítico ()lm) 

1 
()lm) 

Alto 7 + 1,3 2,2 .2:. o, 1 23 + 0,9 1 -- - t 
Medio 15 + 2 3,8 .2:_0,2 20,6 + 0,8 o, 19 + 0,017 - - -
Bajo 21 + 2,3 5,7 + 0,2 21,0 + 0,8 0,25 + 0,024 

- - - -¡ 

Propiedades mecánicas 

' 1 
Nivel de cr0 , 2%(MPa) 0 (MPa) R.A. (%) ITT (c:?C) 27J 

u 
1 

la llanta circunf. axial cincunf. axial 1 circunf. axial circunf. axial 

Alto 517 506 900 884 
1 

42 25 

Medio 
1 

493 478 876 825 43 17 80 126 

Bajo 478 468 848 833 42 20 

Tabla 2 - Ensayos con sobrecarga 

Probeta R L:';Kb KoL 
K /K 

(MN/m3/2) (MN/m3/2) OL max 

16,5 25 
SNC 6 rv O* 26 39 'V 1,5 

39 58 

15 26 
SNC 2 'V o 20 34 'V 1,75 

30 53 

SNC 3 'V o 20 49 
2,50 'V 

30 74 

SNC 4 'V o 20 64 'V 3,25 
SNC 1 0,3 20 50 'V 1,75 
SNC 5 0,3 20 71,5 1 'V 2,50 

1 

(*) en realidad 0,03 
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Tabla 3 - Resultados de los ensayos con sobrecarga 

Probeta 

SNC 6 

SNC 2 

SNC 3 

SNC 4 

SNC 1 

SNC 5 

Fig.1 

l>Kb K N a 
OL d d K /o ) 

OL y 

(MN/m3/2) (MN/m3/2) (ciclos) (mm) 

16,5 25 49300 0,7 2,50 
26 39 19100 0,9 6,08 
39 58 6000 1 ,4 13,46 

15 26 130300 0,7 2,70 
20 34 60100 0,9 4,62 
30 53 17750 1,7 11,24 

20 49 186500 1,4 9,60 
30 74 65300 2,0 21,90 

20 64 detención - -grieta 

20 50 40000 1 '1 10,00 

20 71,5 248000 1,9 20,45 

Relieve en las proximidades de la superficie de 
fractura (X640). 6K=17 MN/m3/2, da/dN=3.1s~B m/c. 
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(KOL/oy)2 

0,280 

o' 148 
0,104 

0,259 

o' 195 
0,151 

o' 146 
0,091 

-

o, 11 o 

0,010 
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Aplicación de la sobrecarga 

Fig.9 Superficie de fractura en el entorno de la 
posición de la grieta al aplicar la sobre­
carga. Probeta SNC3,6K=20 MN/m3/2, 
K01= 49 MN/m3/2. 

73 



FRACTURA DE HORMIGONES 

Jaime Planas y Manuel Elices 

Departamento de Física de Materiales 
Escuela de Ingenieros de Caminos 
Ciudad Universitaria. 28040 - Madrid 

RESUMEN 

En este trabajo se analiza el método de ensayo para medir la energía de fractura del hormigón, 
G F propuesto por RILE M. Para ello se han ensayado probetas de hormigón con dos geometrías 
y con distintos tamaños. Los resultados del análisis no son concluyentes, no obstante se puede­
avanzar que la aproximación de la Fractura en régimen elástico y lineal no parece aplicable a 
elementos estructurales del tamaño considerado y que ciertos hormigones cumplen la condición 
necesaria para la aplicación de los modelos de fisura con cohesión -G F constante-, mientras -
que otros no la cumplen. 

ABSTRACT 

An experimental research has been carried out to check the RILEM proposal for measuring 
G F' the concrete fracture energy. Samples with two different geometries and sizes have 
been tested. Although results are not conclusive, it can be inferred that Linear Elastic Fracture 
Mechanics does not work for the sizes of the samples tested. It seems that concretes closely 
fulfill the necessary condition of constant G F for aplicability of existing cohesive crack models, 
while others do not. 
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1.- INTRODUCCION 

En los últimos 10 años se han desarrollado, con creciente pujanza, modelos de 
fractura no lineal que permiten el análisis de la fractura de estructuras de 
hormigón. Uno de los modelos más prometedores, es el de la fisura cohesiva, 
donde, entre otros parámetros materiales, se postula la existencia de una energía 
de fractura constante GF. Una revisión histórica de la aplicación al hormigón de 
la Mecánica de la Fractura Elástica Lineal puede verse en /1/. 

En la actualidad se están realizando esfuerzos para normalizar la medida de GF y 
el RILEM TC-50 ha desarrollado una propuesta de norma /2/, en la que se propone 
ensayar un único tamaño de probeta. Los objetivos de esta comunicación, aparte 
de relacionar las bases teóricas del modelo y de la propuesta RILEM, son los de 
analizar la validez de la propuesta de norma a la luz de los resultados 
experimentales variando el tamaño de la probeta y ensayando, además, otra 
geometría. 

2.- MODELOS DE FISURA COHESIVA Y PROPUESTA RILEM 

El modelo de fisura cohesiva fue inicialmente propuesto para el hormigón 
Hillerborg, Modeer y Petersson /3/, y posteriormente modificado por Bazant 

por 
/4, 
/8/ 5/ con la introducción de una banda de fisuración difusa. Ingraffea 

generalizó el modelo de la fisura cohesiva para casos de modo mixto 
introduciendo fuerzas de cohesión para el deslizamiento. Sin embargo, para 
mayor sencillez, solamente se considerarán problemas en modo I (apertura). 

Estos modelos están basados en las siguientes hipótesis: 

La zona de fractura inicia su crecimiento en el punto en que la tensión 
principal máxima alcanza la resistencia a tracción ft del material. 

El material en la zona deteriorada está parcialmente destruido, pero es 
todavía capaz de aguantar una cierta tensión. La zona deteriorada se modeliza, 
bien como una fisura que transmite tensiones (en el Modelo de la Fisura 
Ficticia, MFF, de Hillerborg), bien como una banda microfisurada, de espesor 
fijo (en el Modelo de Fisuración en Banda de Bazant). 

- Para procesos de deformación monótona, la tensión transferida es una función 
unívoca (normalmente, además, monotona decreciente) de la apertura de la fisura 
ficticia, o de la deformación media de la banda de fisuración, según el modelo 
utilizado. 

- El material situado fuera de la zona deteriorada se comporta en forma elástica 
lineal. (Esta hipótesis, que implica que no existe disipación de energía en la 
zona de carga previa al pico de tensión, ni disipación de energía fuera de la 
zona dañada, no es esencial, pero en los modelos existentes se adopta siempre). 

Estas hipótesis definen una familia de materiales que presentan, entre otras, 
las siguientes propiedades: 

Pl.- Existe una propiedad material, la energía de fractura GF, 
energía necesaria para crear una unidad de área (material) de 
no transmite tensiones). 

que representa la 
fisura real (que 

P2.- Cuando no existen otros procesos disipativos (aplastamiento de apoyos, por 
ejemplo), la energía necesaria para romper completamente una probeta es GFA, 
donde A es el área de la fisura formada. Si, además, el proceso de rotura es 
casi estático, todo el trabajo exterior realizado, W es absorbido como 
energía de fractura y, entonces: e 

W = G A 
e F 
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La propuesta RILEM se basa en la anterior propiedad P2 y recomienda el uso de 
ensayos estables de flexión en tres puntos de vigas entalladas. En el ensayo se 
mide el trabajo total suministrado para romper la probeta y GF se calcula 
mediante la ecuación (1). Los detalles del procedimiento experimental y las 
correcciones necesarias para contabilizar el trabajo de las cargas permanentes 
pueden verse en la referencia /2/. 

3.- MATERIALES, PROBETAS Y TECNICAS EXPERIMENTALES 

3.1. Hormigones 

En la experimentación se han utilizado dos hormigones cuya Única diferencia 
nominal es el tamaño máximo del árido, d . Las dosificaciones y granulometrías 
se ajustan a lo indicado en la recomendición RILEM /7/. En la Tabla 1 se han 
recogido las principales características de las distintas amasadas utilizadas. 

Hormigón 

1 

2 

TABLA 1 - Características de los Hormigones 

d 
(~) 

20 

16 

A/C 

0.58 

0.58 

Amasada 

1 
2 

3 y 4 

1 y 2 
3 y 4 

Asiento 
(cm) 

3 
2 

6 
6 

f* 
(M~ a) 

37.3 
32.8 
37.3 

38.3 
38.1 

3.10 
2.75 
3.16 

3.24 
3.26 

E 
(GPa) 

24.3 
21.5 
25.0 

34.1 
33.1 

(*) Resistencia Compresión (**) Resistencia tracción indirecta (Ens. Brasileño) 

3.2. Probetas 

Se han realizado tres series de ensayos, 
- Serie EFTl: Vigas centralmente ~ntalladas, ensayadas a Flexión en Tres puntos 
y procedentes del hormigón J. 
- Serie EFT2: Vigas centralmente ~ntalladas, ensayadas a Flexión en Tres puntos 
y procedentes del hormigón 1· 
- Serie ET2: Probetas prismáticas con ~ntalla bilateral centrada, ensayadas a 
1racción y procedentes del hormigón 1· 

El hormigonado, la fabricación de las probetas y el curado se describe en /8/. 

3.3. Equipos y técnicas experimentales 

Las series EFTl y EFT2 se ensayaron en control de desplazamiento, para conseguir 
ensayos estables, utilizando los equipos y técnicas experimentales descritos 
/8/. 

Los ensayos de la serie ET2 se realizaron en una máquina servohidráulica Instron 
1275 gobernada en control de desplazamiento. La carga se midió con una célula de 
100 kN de capacidad con una resolución de 50 N y una precisión del 0.25%. La 
carga se aplicaba a los cabezales de tracción a través de sendas rótulas, para 
minimizar los esfuerzos de flexión. 
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TABLA 2 - Definición de las series EFTl y EFT2 

Tipo de b d Edad 
Serie probeta (mm) (mm) 1/d a/d (días) núm. Amasada 

EFTl-1 lOO lOO 8 1/2 79 12 1-1 
EFTl EFTl-2 lOO 200 5.66 1/2 45 6 1-2 

EFTl-3 lOO 200 4. 62 1/2 43 7 1-3 y 4 

EFT2-l lOO lOO 4 1/3 43 5 2-1 y 2 
EFT2 EFT2-2 lOO 190 4 1/3 45 5 2-1 y 2 

EFT2-3 lOO 360 4 1/3 43 5 2-1 y 2 

B espesor; d canto; 1 = luz; a = profundidad de entalla 

TABLA 3 - Definición de la serie ET2 

Tipo de b d Edad 
Serie probeta (mm) (mm) 1/d a/d (días) núm. Amasada 

ET2-l lOO lOO 3 0.1 43 6 2-3 y 4 
ET2 ET2-2 lOO 200 3 0.1 45 5 2-3 y 4 

ET2-3 lOO 400 3 0.1 43 3 2-3 y 4 

b espesor; d ancho; 1 = longitud; a profundidad de entallas. 

4.- RESULTADOS EXPERIMENTALES 

4.1. Ensayos de flexión 

Los resultados fundamentales de estos ensayos 
energía de fractura por unidad de área, GF . A 
tensión nominal de rotura fN definida corno: 

son la carga máxima P R y la 
partir de PR se ha calculado la 

fN = 1.5 PR l/b(d-a)2 ( 2) 

donde los parámetros geométricos son los definidos en la Tabla 2. 

Se ha calculado también la tasa aparente de liberación de energía definida corno: 

GQ = (K1Q)2/E 

KIQ= KI(PR) PR dl/2 g(a/d, 1/d) 

Los valores de g se han tornado de /9/. 

( 3) 

( 4) 

En la Tabla 4 se recogen los mencionados resultados, con la desviación estándar 
estimada indicada entre paréntesis. 
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TABLA 4 - Resultados experimentales para las series EFTl y EFT2 

Serie Probeta fN(MPa) GF(N/m) GQ(N/m) 

EFTl-1 4.73(0.21) 123(22) 19.6(1.7) 
EFTl EFTl-2 3.73(0.34) 125(30) 26.7(4.9) 

EFTl-3 3.60(0.21) 127( 28) 31.1(3.6) 

EFT2-l 4.45(0.18) 104( 8.5) 14.0(1.1) 
EFT2 EFT2-2 4.29(0.18) 118(11) 24.7(2.1) 

EFT2-3 3.86(0.43) 151( 20) 37.9(8.4) 

4.2. Ensayos de Tracción 

Los resultados de estos ensayos se recogen en la Tabla 5 en la que los valores 
entre paréntesis son las desviaciones estándar, fN indica La tensión neta de 
rotura y G tiene el mismo significado que en el caso de las probetas de 
flexión. EH este caso las expresiones para K

1 
se han tomado de /10/ con la 

hipótesis adicional de tensión uniformemente repartida en el contorno. 

TABLA 5 - Resultados experimentales para la serie ET2 

Probeta fN(MPa) GQ(N/m) 

TNl-1 2.87(0.14) 6.3(0.6) 
TNl-2 2. 81(0. 08) 12.1(0.7) 
TNl-3 2.64(0.21) 21.4(3.2) 

5.- ANALISIS DE RESULTADOS Y CONCLUSIONES 

Para las probetas de la serie EFTl puede observarse que los resultados para GF 
obtenidos de acuerdo con la propuesta RILEM, no dependen significativamente del 
tamaño de la probeta, dando un valor medio global de 122 N/m. Esto implica que 
el hormigón 1 cumple la condición de constancia de GF, y puede esperarse que un 
modelo de fisura cohesiva describa adecuadamente su comportamiento. En la Fig. 
l(a) se han representado, en forma adimensional, los resultados experimentales 
de tensiones de rotura frente a tamaños de probeta, junto a la predicción 
teórica realizada a través del MFF cuando se hace la hipótesis de rama de 
ablandamiento bilineal (construida a partir de los resultados de Petersson /11/. 

Los resultados de la serie EFT2 muestran que los valores de GF obtenidos de 
acuerdo con la propuesta RILEM aumentan significativamente con el tamaño de la 
probeta. Desde un punto de vista teórico ésto significa que, en su forma 
presente, los modelos de fisura cohesiva no son aplicables al hormigón 2 y que 
la extrapolación a mayores tamaños es poco fiable ya que, de hecho, no puede 
deducirse de la experimentación un único valor de GF . En la Fig. l(b) se ha 
representado un diagrama similar al de la Fig. l(a), en la que el valor medio de 
los valores experimentales de GF , < G > = 124 N/m, se ha utilizado en la 
adimensionalización. Obviamente, ninguna de las curvas teóricas aproxima bien la 
tendencia de los resultados experimentales, lo que confirma la idea de que la 
extrapolación no puede realizarse con confianza. 
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Para que la FEL fuera aplicable en el intervalo de tamaños estudiado, debería 
ser GQ = cte, independiente del tamaño y de la geometría de la probeta. Además, 
en los casos en que GF está definida, debería ser G0 = GF. Los resultados 
incluidos en las tablas 4 y S muestran que, para todas ras series, GQ aumenta 
significativamente con el tamaño de la probeta y que, para ambos hormigones los 
valores obtenidos de GQ son inferiores al 26% de los de GF. Además, para el 
hormigón 2, los valores de GQ obtenidos en ensayos de flexión y tracción son, 
también, significativamente distintos. Puede concluirse, pues, que la 
aproximación de la FEL es inadecuada en el intervalo de tamaño analizado para 
ambos hormigones. 

Resumiendo: 
- La aproximación de la Fractura Elástica Lineal no parece aplicable a elementos 
estructuras de hormigón del tamaño considerado. 
- La evidencia experimental indica que ciertos hormigones 
necesaria para la aplicación de los modelos actuales de 
constante), en tanto que otros no la cumplen. 

cumplen la condición 
fisura cohesiva, (GF 

- El procedimiento experimental propuesto por la RILEM, aplicado a probetas de 
varios tamaños, permite establecer el grado de desviación de un hormigón dado 
respecto al comportamiento ideal GF = cte. Será necesario un importante trabajo 
teórico antes de poder establecer límites a dicha desviación que definan un 
intervalo práctico de utilización de los modelos existentes de fisura cohesiva. 
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MECANISMO DE REFORZAMIENTO POR SOLUCION SOLIDA 
METAESTABLE EN BORDE DE GRANO EtJ MATERIALES CERAMI COS. 

M.I. Osendi, .P. Miranzo y J.S. Moya 

Instituto de Cerámica y Vidrio, CSIC. Arganda deZ Rey, 

Madrid. 

Se propone que Za existencia de soluciones sólidas metaestabZes en 
borde de grano contribuye aZ reforzamiento en compuestos cerámicos. 
Considerando Za suma de dos mecanismos de reforzamiento : a) Za 
transformación martensitica Zr0 2-tetragonaZ ~ Zr0 2-monocZinica, y 
b) Za disipación de energia elástica por Za presencia de Zas solu­
ciones sólidas, se explica eZ aumento de tenacidad (KIC) obsevado 
experimentalmente en materiales muZZita/circona. 

It is proposed that the presence of metastabZe salid soZutions at 
grain boundaries enhance the fracture toughness of ceramic materiaZs. 
Considering two different mechanisms: a) the tetragonaZ-Zr0 2 ~ mono 
cZinic-Zr02 martensitic transformation and b) the eZastic energy d~ 
sipation at muZZite/zirconia interfaces for the presence of salid 
solutions, the toughening observed experimentaZly in muZlite/zirco­
nia composites has been explained. 
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1.- ISTRODUCCION 

La adición de partículas dispersas de Zro 2 a matrices cerámicas 
para elevar su tenacidad y su resistencia a la flexión tiene hoy en 
día gran importancia tecnológica dentro del campo de los materiales 
cerámicos avanzados. El primer mecanismo propuesto para explicar -
este fenómeno, en matrices de Zr02-cúbica y Al 203, fué el reforza­
miento por transformación. Según este mecanis~o el aumento en la te 
nacidad se debe a la transformación de tipo martensítico (tetragonal 

+ monoclínica) que experimentan las partículas de Zro 2 . Esta trans 
formación involucra un aumento de volumen de - 3% y tiene lugar a -
una temperatura específica, Ms, que depende del tamaño y forma de -
las partículas, de la composición química, y del grado de constric 
ción a que están sometidas por la matriz. De esta forma, la tempera 
tura de transformación puede descender desde -1100°C (para monocris 
tales) hasta temperaturas inferiores a la ambiente, permitiendo que 
partículas de Zr02-t queden retenidas dentro de la matriz y así pue 
dan transformar cuando se encuentran próximas al campo de tensiones 
generado en las proximidades de una grieta. Esta transformación ge­
nera una zona a compresión que disminuye la tensión en el extremo 
de la grieta, y por tanto, produce un reforzamiento. 

Considerando un sistema con una grieta sometida a una carga de 
tracción que contiene una dispersión de partículas sin transformar 
(Fig 1), Lange /1/ obtiene la siguiente e:~:_Jresión para la energia 
total del sistema: 

2 2 8(1-v 2 ... l o~ c 3 (1) U = 1T e G0 + 2 1T Re V. 1 /;,Gc 1-
l 3 E 

donde G es la velocidad crítica de relajación de la energía de defo: 
mación ;sociada con la formación de nuevas superficies; R es el tam~o 
de 1~ zona de transformación alrededor de la grieta; Vi es la fracc1on 

c:t ) , e¡ b" volumétrica de partículas sin transformar (Zr02-t , ¡~G es e~3cam, 10 
de energía libre para la reacción Zr02-t + Zr02-m; \290 MJ m ), cra. 
es la tensión aplicada, y E y vson el módulo de elasticidad y el coef~ 
ciente de Poisson del material, respectivamente. En el caso de los ~a­
teriales cerámicos v~ 0.25. Lange asume que sólamente aquellas partlc~ 
las que se encuentran cerca de la superficie de la grieta contribuyen 
a la tenacidad, por lo que R ~ tamaño de las partículas de Zr02. 

Utilizando la condición crítica para la extensión de la grieta 
( óU 1 óc = O) es posible determinar a partir de la e e ( 1) ~a tensi~n 
crítica (oc ) en función del tamaño de grieta crítico; e 1ntroduc1endo 

en la expresión: 

-t X 
KIC = (n/2) oc ( n e) 2 (2) 

que nos da el factor de intensidad de tensiones para una grieta circular 
se obtiene: 

Kic2= Ko2 + 2E R V~- 1 /:;,Gel 

( 1 -V' ) 
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donde K0 es el factor crítico de intensidad de tensiones cuando no exis 
te ningún mecanismo de reforzamiento adicional. 

En el caso de los materiales mullita/circona /2,3/ los resultados -
obtenidos usando la ec (3) no explican los valores de K1c experimentales. 
Mediante el uso conjunto de la microscopia electrónica analítica de trans 
mis1on y del análisis por energías dispersadas de R-X, se ha observado, = 
que en estos compuestos mullita/Zro2 existen soluciones sólidas de zr4+ 
en los granos de mullita y de Al3+ y Si4+ en los de circona /4/. Estas 
soluciones sólidas están localizadas alrededor del borde de grano mullita/ 
/circona. En el siguiente apartado se analizan estas soluciones sólidas 
metaestables como agentes disipadores de energía que producen un reforz~ 
miento adicional, el cual explica los valores de K1c experimentales para 
los compuestos mullita/circona. 

2. REFORZANIENTO POR SOLUCIONES SOLIDAS. 

Para tener en cuenta el efecto de las soluciones sólidas en el proce 
so de fractura, se incluye un término, formalmente igual al de la trans= 
formación martensítica, en la ec (3): 

2 e V 
Vg 

Q ( 4) 

donde R' es el tamaño de la zona de transformación para este mecanismo 
en particular, V es la fracción volumétrica de Zro 2 , Vg es el volumen 
medio de los granos de Zro2 y Q es la energia elástica por frontera -
circona-matriz, asociada con las soluciones sólidas presentes en el -
borde de grano. Al igual que Lange, R' se considera que es aproximada 
mente igual al tamaño de la zona de solución sólida. -

Teniendo en cuenta la teoría de los defectos de red de Eshelby /5/, 
la energía elástica por átomo de una matriz, para una concentración C 
de átomos soluto en ella, viene dada por la expresión: 

6 TI r 3 ( D.r/r) 2 Bj 
U .. = 

JJ 
1 + 3 Bj/ lli 

e ( 1-c) ( 5) 

siendo r el radio del ión de la matriz al cual sustituye el soluto, D.r 
el desajuste entre los radios iónicos del soluto y de la matriz, Bi el 
módulo de volumen del soluto y lli el módulo de compresión de la matriz~ 
Por consiguiente, el término de energía elástica Q vendrá dado por: 

¿; 
Q = ui Nl. 

lj 
( 6) 

Co~de Ni es el número total de átomos 
de la zona de solución sólida y viene 

de la matriz considerada dentro 
dado por la expresión: 

N. =V./ VL .• n
1
. 

l Sl l 

siendo V81 el volumen de solución sólida involucrado 
de la ceiaa unidad y ni es el número de cationes por 
suma en i se extiende a las diferentes matrices y la 
ferentes solutos dentro de una matriz determinada. 
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Aplicando la condición critica para la extensión de la grieta a 
U+ Us, ec (1 y 4), y utilizando la condición crítica de extensión de 
la grieta, se obtiene la siguiente expresión para la tenacidad: 

K~C =K~+ 12~ v2 ~R Vil~ Gel + R' V~ Q} 
( 7 ) 

donde K0 sigue siendo el factor crítico de intensidad de tensiones sin 
ningún mecanismo adicional de reforzamiento. En la ec (7) están sumadas 
las dos contribuciones, la de la transformación martensítica de la Zro2 
y la de las soluciones sólidas. 

3.- REFORZAMIENTO EN LOS COMPUESTOS MULLITA/CIRCONA. 

Utilizando la espectroscopia de energías dispersadas de rayosX en 
especímenes mullita/Zro2 (15% volumen) preparados para transmisión se 
ha observado /4/ (Fig 2) una zona de solución sólida de ~ 300 nm a ambos 
lados de la frontera mullita/circona, con los valores de: 5% Al3+, 10% 
Si4+ en la Zro2 y 1% zr4+ en la mullita. Estas soluciones sólidas son 
superiores a las correspondientes al límite de solución sólida estable 
/6/. 

Para estos materiales el sumatorio extendido de la ec (6) será: 

el cual, sustituyendo los valores apropiados, resulta: 

Q = 112 X 10-18 MJ 

Finalmente introduciendo, en la ec (7) del Krc este valor y consideran 
do K0 como el factor crítico de intensidad de tensiones de la mullita 
(= 2 MN m-3/2) y siendo el módulo de Young del material E ~ 205 GN m-2, 
se obtienen los valores de la Tabla I. En esta tabla K1cexp se ha-obte 
nido por el método de la indentación /2,3/; K1cTT se ha determinado 
utilizando la expresión de Lange para el reforzamiento por transforma­
ción ec (3) y K1CTT+SS es el valor obtenido con la expresión propues­
ta en el presente trabajo, ec (7). 

4.- CONCLUSIONES. 

El reforzamiento observado en los compuestos mullita/circona no -­
puede explicarse adecuadamente mediante el mecanismo de reforzamiento 
por transformación de las partículas de Zr02-t. Como consecuencia de 
la existencia de soluciones sólidas en el borde de grano mullita/circo 
na, este se puede considerar como una región de disipación de energia 
que evita la propagación de la grieta. Teniendo en cuenta este efecto 
junto con la transformación martensítica de la Zro2 , se obtiene una -
expresión para el Krc que explica correctamente los valores experimen­
tales obtenidos para este parámetro. 
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TABLA 1 - Comparación entre los valores calculados y experi­
mentales de la tenacidad de materiales compuetos 
mullita/Zr02 

Muestra 

Mull+10 vol%Zro2 Mull+15 " 
Mull+20 " 

+ 3.0- 0.1 2.5 
2.5 
2.4 

3.1:t 0.1 
3.2:t 0.1 

o o o o o 
o o o o o 

o --o---'()----~ 
ttf~u-e-~--~-~) 
o o o o o _..::;__ zc o 

00 o o o o o 

1 

Fig. 1.- Esquema de un solido con una 
grieta circular (2c), someti 
do a la tension ( cra). La z~ 
na de anchura R ind~ca la r~ 
gion de particulas transfor­
madas. 

85 

2.9 
3.1 
3.2 



a 

b 

70 

60 

50 

e: 
Cll 4(} ... ... 
Cll 
Q. 

30 

3 
20 

10 

Zr02 
Grain 

A B e D 

Position 

Mullite 
Grain 

E F 

Fig. 2.- a) Microfotografia en campo claro de la frontera 
mullita/Zr02 indicando los puntos en que se ha 
localizado la sonda STEM (100 A) para la obtención 
de los espectros de energias dispersadas de RX. 
b) Perfiles de concentración obtenidos del análi 
sis de los espectros según la posición de la sonda. 
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RESUMEN 

INFLUENCIA DE SEGUNDAS FASES SOBRE EL MODO DE 

FRACTURA EN BAUXITAS A ALTA TEMPERATURA 

A. Caballero Cuesta 

S. de Aza Pendás 

Departamento de Cerámica 

Instituto de Cerámica y Vidrio C.S.I.C. 

Arganda del Rey (Madrid) 

Se ha estudiado el comportamiento mecánico a alta temperatura 
(1.5502C) de dos bauxitas refractarias procesadas. Las curvas de­
compresión-deformacion obtenidas han puesto de manifiesto dos com­
portamientos diferentes a la fractura, tenaz y frágil-. Las causas 
de dicho comportamiento se atribuyen a la diferencia en la natura­
leza de la segunda fase cristalina presente en ambos materiales. 

SUMMARY 

The mechanical behaviour at high temperature (1.5509C) of two 
processed refractory bauxites has been studied. The stress-strain 
curves have shown two different fracture mechanisms, one of them 
tough and the other brittle. 

The reason for these behaviour has been attributed to the dif 
ferent nature of the second phase present in the bauxites. 
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I. INTRODUCCION 

Las bauxitas calcinadas refractarias estan constituidas por 
alúmina (>85%), sílice (<10%), óxido de titanio (2-4%) y óxido de 
hierro (<2%), además de pequeños porcentajes de otros óxidos. A 
partir de estas se obtienen las bauxitas calcinadas de grado refrac 
tario mediante calcinación, en hornos verticales o rotatorios, a -­
temperaturas que oscilan, segun los hornos y procedencias, entre -
1.500QC y 1.800QC. Este tratamiento dá lugar a materiales bauxíti­
cos cuya mineralogia está constituida fundamentalmente por : a-alú 
mina (Alz0 3 ), mullita (3Al 2 0 3 .2Si0 2 ), titanato de aluminio y hie-= 
rro (Fe~Al 2_~0 3 .Ti0 2 ) y pequeñas cantidades de fase vitrea /1/. 

En todos los casos la a-alúmina es la fase primaria de crista 
lización, mientras que la fase secundaria puede ser mullita o bien 
titanato de aluminio y hierro (tieillita), dependiendo de la rela­
ción Si02/Ti0 2 en la bauxita de partida, tal como se puede deducir 
del diagrama de equilibrio de fases Al 2 0 3-Si0 2-Ti0 2 -Fe 2 0 3 en aire 
(Poz=0,21 at.)/2/. 

Puesto que las caracteristicas fisico-químicas de la mullita 
y de la tieillita /3,4/ difieren muy notablemente, se ha considera­
do conveniente estudiar la influencia que dichas fases secundarias 
pueden ejercer sobre las propiedades mecánicas de las bauxitas a -
alta temperatura. 

II. PARTE EXPERIMENTAL 

A tal fin, se seleccionaron dos bauxitas naturales, una de ti­
po gibbsítico, procedente de Surinam (BS), y otra de tipo diaspóri­
co, procedente de China (BC). Dicha elección se realizó fundamenta! 
mente en base a los contenidos de alúmina y sus razones Si0 2 /Ti9 2 , 

(tabla 1), de tal modo que la situación de ambas, en el diagrama de 
equilibrio de fases Al 2 0 3-Si0 2 -Ti0 2 -Fe 2 0 3 en aire (P0 2 =0,21 at.),­
asegurara que la fase secundaria en una de ellas (BS) fuese la mu-­
llita, mientras que en la otra fuese la tieillita (figura 1). 

TABLA 1 - ANALISIS QUIMICO CUANTITATIVO POR ICP 
B. SURINAM (%peso) B. CHINA (~eso) 

OXIDO S 
NATURAL CALCINADA NATURAL CALCINADA 

PC.1100Q 30,80 -- 15,80 --
Al 2 0 3 62,70 91,06 77,48 92,77 
Si0 2 2,85 4,14 1,60 1,91 
Ti0 2 2,25 3,27 3,26 3,90 
Fe 2 0 3 0,95 1,38 0,83 0,99 
Ca O 0,03 0,04 0,05 0,06 
MgO 0,04 0,05 0,13 0,15 
Na 2 0 0,01 0,01 0,02 0,02 
K2 0 0,02 0,03 0,20 0,22 

Si0 2 /Ti0 1,26 1,26 0,49 0,49 

Ambas bauxitas fueron molidas (<S~m) y homogeneizadas previamen­
te. a la obtención de probetas por prensado isostático (250Mpa). Las -
probetas obtenidas fueron tratadas termicamente a 1.650Q = SQC duran­
te dos horas. Las muestras calcinadas presentaron una porosidad que -
osciló alrededor del 5-7% para la bauxita Surinam y entre el 8-10% en 
el caso de la bauxita China. Los materiales obtenidos fueron estudia­
dos mediante difracción de rayos-X y microscopia óptica de reflexión 
sobre probetas adecuadamente pulidas. 

Los resultados obtenidos confirmaron que las fases secundarias -
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Fig.l.-Sistema AZ203-Si02-Ti02-Fe203 en aire (P02 =0,21 at.). 
Localización de Zas bauxitas estudiadas sobre Za proyección, 
para un plano deZ 80% de AZ203 y desde eZ vértice de Za alú­
mina, sobre Za cara opuesta deZ sistema, deZ tetraedro de co 
nexión aZúmina-muZZita-tieiZZita-Ziquido a 16002C, asi como­
de Za linea eutéctica ternaria que delimita Zas campos de cris 
taZización secundarios de muZZita y tieiZZita respectivamente~ 

en la bauxita China y Surinam eran, respectivamente, tieillita y 
mullita. En ambos casos la ~-alúmina fu~ la fase primaria, que re­
presentaba aproximadamente el 75% en peso de la bauxita Surinam y 
el 85% en la bauxita China, la cual formaba una estructura crista­
lina continua dentro de la que se localizaban las fases secundari­
as en los puntos triples (fig.2). 

III. PROPIEDADES MECANICAS A ALTA TEMPERATURA. CURVAS COMPRESION­
DEFORMACION 

Los ensayos de compresi6n deformaci6n se realizaron a la tem­
peratura de 1550QC con una velocidad de aplicaci6n de la carga de 
8.10- 7m.s- 1

, sobre probetas cilindricas plano-paralelas de raz6n 
diametro/altura igual a uno, que cumplian las normas UNE /5/, ASTM 
/6/ y recomendaciones PRE /7/ para ensayos de materiales refracta­
rios. Las curvas obtenidas se muestran en la figura 3 y cada una re 
presenta, en cada caso, la curva promedio de cinco ensayos. 

IV. DISCUSION DE RESULTADOS 

Los resultados obtenidos ponen de manifiesto, en primer lugar, 
que la bauxita China (BC) presenta una carga máxima algo superior 
<~ 10-15%) a la de la bauxita Surinam (BS). Este hecho se justifica 
por el mayor contenido de a-alúmina en la primera de ellas. 
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Fig.2.- (A) Bauxita Surinam (x 213). 
A

3
S

2
=MuZZita; AT=TieiZZita; P=Poros; 

(B) Bauxita China (x 213). 
V= Fase Vitrea. 

o 1 12 14 !6 t8 20 22 24 26 28 30 32 
OEFORMAO(t.j {'%} 

Fig.3.- Curvas compresión-deforma­
ción a 1.550QC de Zas bauxitas Su­
rinam(BS) y China(BC). 
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Por otro lado, las curvas muestan hábitos totalmente diferen 
tes en cuanto al comportamiento a la fractura. Así la bauxita su= 
rinam (BS), que presenta una deformación apreciable (>10%}, antes 
de alcanzar la carga máxima, una vez alcanzada esta, no rompe si­
no que sigue deformando lentamente, a lo largo del tiempo, exhi-­
biendo un comportamiento típico de los materiales tenaces. Por el 
contrario, la bauxita China (BC), que presenta una deformación -­
sensiblemente menor (=5%), antes de llegar a alcanzar la carga má 
xima, una vez alcanzada esta, deforma levemente para a continua-= 
ción romper catastroficamente como un material frágil. 

El análisis de las curvas, desde el comienzo del ensayo has­
ta alcanzar la carga máxima, pone de manifiesto que el comporta-­
miento d~ ambas bauxitas es análogo ai que habria de esperar de -
un material cerámico policristalino. Es decir, las dos muestras, 
en los primeros estadios del ensayo, no presentan deformación -­
elastica apreciable, sino que, desde el inicio de la aplicación 
de la carga, tiene lugar una deformación plástica, resultado del 
deslizamiento de los cristales de alúmina entre sí por borde de 
grano, y en donde,para pequeñas deformaciones la velocidad de des 
lizamiento es proporcional a la tensión aplicada /8/. Alcanzada­
una cierta deformación, la velocidad de deslizamiento disminuye, 
produciendose un fenómeno análogo al endurecimiento por deforma­
ción en metales /9/, como consecuencia de un reordenamiento de­
los cristales de alúmina, anclandose, unos contra otros debido a 
las irregularidades geométricas de los bordes de grano. 

El aumento continuo de la carga determina que el deslizamien 
to de los cristales por borde de grano~ontinue y como consecuen= 
cia se desarrollen altas tensiones, en dichos bordes de grano, -­
que dan lugar a la nucleación de poros y grietas por alguno de -­
los mecanismos que se muestran en_el esquema de la figura 4. La 
creación tanto de poros como de grietas trae como consecuencia la 
disminución de la seccioñ eficaz del material, lo que da lugar a 
que de nuevo aumente la velocidad de deformación a medida que se 
eleva la carga, propagandose las grietas por borde de grano sepa­
rando los cristales de alúmina entre sí. 

Fig.4~-Mecanismos de generac~on de 
grietas en borde de grano (10) 

Ahora bien, una vez alcanzada la carga máxima, el proceso -
de propagación de grietas sigue de forma cuasi-estática o catas­
trafica según se trate de la bauxita Surinam (BS) o China (BC). 

En efecto, la bauxita Surinam donde la mullita es la f.ase 
secundaria presenta un comportamiento de fractura controlada si­
milar al observado por algunos autores /11,12/ en materiales com 
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puestos matriz-fibra. Así parece que los cristales de mullita que 
conforman un esqueleto entrelazado y rígido entre los cristales -
de alúmina dan lugar a un efecto reforzante, similar al de los mo 
nocristales de carburo de silicio, en los materiales vitrocrista= 
linos /13/, por un mecanismo de deflexión de grietas (figura 5). 

Pig.6~-Esquema del mecanismo 
de fractura por defZexion de 
grietas y miarofotografia de 
Za bauxita Surinam mostrando 
Za propagaai6n di una grieta 
entre Zos cristales de muZZi 
ta. (xBOO) 

Fig.6.-Esquema deZ mecanismo 
de fraatura transgranular y 
miarofotografia de Za bauxi­
ta China mostrando Za propa­
gación de una grieta .a t:aa­
v~s de un aristaZ de tieilli 
ta. (x600J 

En contraposici6n, la bauxita China (BC), donde la tieilli­
ta es la fase secundaria, presenta un comportamiento a la fractu 
ra frágil. Este hecho se atribuye a que la tieillita, situada -­
igualmente:::entre.los cristales de alúm:ina, presenta una baja re­
sistencia mecánica, ya que sus cristales.es~ n'C~!,IlaJ,.mente agrie 
tados. debido a su elevada. a~ia· <T:tlat::~'etcrt~: V4J~ En cons~ 
cuencia, dicha fase no ofrece ningun impedimento::a la propagación 
catastrofica de las grietas (figura 6). 

Finalmente, se debe hacer resaltar que ambas muestras, por 
su situación en el sistema cuaternario Al 2 0 3-Si0z-Ti0z-Fez0g (fi 
gura 1) no deben contener fase líquida a la temperatura del ensa 
yo. Ahora bien, las pequeñas cantidades de impurezas, otras que 
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los óxidos considerados en mencionado sistema, justifican que 
estos materiales presenten pequeños porcentajes de fase líquida -
(<2%). Sin embargo su contribución al comportamiento de ambos ma­
teriales, en el ensayo compresión-deformación a 1.550QC se consi­
dera insignificante. De ser apreciable, su influencia se deberia 
haber manifestado más claramente en la bauxita China, transforman 
do su fractura frágil en plastica, ya que en dicho material el ni 
vel de impurezas es ligeramente superior al de la bauxita Surinam 

V. CONCLUSIONES 

Para muy bajos contenidos de fase vitrea, el comportamiento 
tenaz ó frágil, de las bauxitas tarias, bajo compresión a 
alta temperatura, está condicionado por la naturaleza de la se­
gunda fase sólida, siendo tenaz cuando es mullita la segunda 
fase cristalina y frágil cuando es la tie lita. 

VI. REFERENCIAS 

/1/ Caballero, A. y ., "Constitución mineralógica y microes--
tructural y propiedades termomecánicas de las bauxitas refrac 
tarias" Actas del 1er. Congreso Iberoamericano de Cerámica Vi 
drio y Refractarios. Vol II pag.841-855 (1.983) -

/2/ Caballero, A., 11 Bauxitas Refractarias. Constitución y compor-
tamiento térmico. en base al sistema Al 20 3 -

Si02-Ti02-Fe203:Tesis Doctoral que será presentada en la Uni­
versidad Complutense de Madrid (1.985). 

/3/ Davis, R.F. y col., "Mullite". High Temperature Oxides, Part 
IV, pag. 37-76. Editado por M.Alper Academic Press. New York 
(1.971) 

/4/ Buessem, W.R. col., "Thermal Expansión Hysteresis of Alumi 
nium Titanate. Ceramic Age 60, pag. 38-40 (1.952) 

/5/ Norma UNE 61038, Bol. Soc. Esp. Ceram y Vidrio Vol 9 nQ 2 pa~ 
197-202 (1.970) 

/6/ ASTM, Anual Book 
/7/ Asociación Europea de Refractarios {PRE) III. 

23(ISO/R1893) 78 pag. 1-6 (1.978) 
/8/ Kingery, W.D., "Introduction to s pag. 547-646, Edita 

do por John Wiley, Sons Inc. New (1.960) 
/9/ Tweeddale, J.G., 11 s Mecánicas de los Metales" Tra-

ducido por J. Hernaiz y Tecnos, Madrid (1.970) 
/1 0/ Davigde, K. W. , 11Mechanical Behavoir of Ceramics 11 pag. 71 Edita 

do por s Press Londres (1.979) 
/11/ Brennam, J .J., "Silicon Carbide Reinforced Glass-Cera-

mic Matrix Composites Exhibitting High Strength and Tough-~­
ness". J. Mat. Scien. 17 pag. 2371-83 (1.982) 

/12/ Prewo, K.M., " Carbide Yarn Reinforced Glass Matrix 
Composites". J. Mat. Se . 17 pag.1201-06 (1.982) 

/1 :Y Faber. K. T. , "Toughening Mechanism for Ceramics in Automotive 
Aplications" Ceramic Engineering and Science Proceedings Vol. 
5 nQ5-6 pag.408-439 (1.984) 



SJBRE CIERTOS rvETOOOS NUVERICOS PARA EL TRATA~IENTO DE SINGULARIDADES EN 
PROBl.EML\S DE ELAST 1 C IDl-\D • 

Carlos Conde, Luis Gavete y Francisco Nachavila 

Ve.pa.tLtame.n.:to de. CtUc.u.lo Nu.mWc.o e. T n.fiOJ1.rrutti..c.a.. E. T. S. 1. de. Mi..n.M • Univ eMi­

dad Politéc.n.ic.a. de. Ma.dnid. 

En. la. plte..ó e.n.:te. c.omwU.c.a.u6n. .6 e. a.n.a.liza.n. do.6 mé:todo.6 n.u.mWc.o.6 pa.Jta. e.l :tJc.aA:a.­
rrU.e.n.:to de. p!toble.ma..6 de. c.on.:toJtn.o que. p!te..óe.n.:te.n. .6in.gu.la.Jtida.du e.n. la. fiMn.:te.Jta. 
de.l domin.io e.n. e.l que. u:tén. de.fiin.ido.6 • Vic.ho.6 mé:todo.6 han. .6ido o b j e.:to de. eó­
:tucüo e.n. e.l Ve.pa.tLtame.n.:to de. CtUc.ulo Nu.mWc.o e. T n.fio!tmá.:U.c.a. de. fu E. T. S. T. de. 
M.i..n.a..6 de. Ma.d!tid IJ .6e. mueó:tlta.n. a.lgun.o.6 Jte..óu.l:ta.do.6 c.on. e.llo.6 ob:te.n.ido.6, Mi c.~ 
mo un.a. duc.Jtipu6n. de. lo.6 c.a..6o.6 .6in.gula.!te..ó que. tie.n.e.n. luga.Jt e.n. domiM0.6 n.o -
c.on.ve.xo.6, que. n.o plte..óe.n.:ta.n. c.a.mbi.0.6 e.n. .6U6 c.on.di.c.Wn.e..ó de. c.on.:toJtn.o. 

An. a.n.a.ly.ói.-6 o fi .:two n.u.me.Jtic.a.l :te.c.hn.ique..ó fioJt -Vr.e.a.:te.me.n.:t o fi boun.da.Jty y.JJwble.m.6 
wi.:th .6in.gu.la.ltitie..ó i..6 ma.de.. Thi-6 :te.c.hn.ique..ó we.Jte. .6:tudi.e.d in. :the. Ve.pa.Jt:tme.n.:t 
ofi Nu.me.Jtic.a.l An.a.ly.ói-6 ofi :the. Sc.hool oá M.i..n.e..ó ofi Ma.d!tid. Sorne. Jte..óul:tó a.Jte. -­
p!te..ó e.n.:te.d. A b!tie.n de..ó c.Jtiptio n. o n .6in.gu.la.Jt c.a..ó eó whi.c.h o c.c.UJt in n.o n. c.o n.ve.x 
doma.in..6 wi.:th Jte.gula.Jt boun.da.Jty c.on.di.tion..6 i..6 ma.de.. 

95 



l. JN.I'RODUCCIOO 

Las ecuaciones propias de la elasticidad, con condiciones de contorm re 
gulares 1 pueden ser resueltas de nodo aproximado por el nétodo de Elerrentos Fi 
ni tos sin graves dificultades 1 siempre que se planteen sobre dominios convexos 
cuya frontera m presente puntos singulares. 

Es en el rrorrento en que apa....---ecen singularidades, bien sea debidas a la -
continuidad de las con:liciones de contorm, bien sea por la fonna de la fronte 
ra, o por otros rrotivos, cuando el nétodo de elercentos finitos, en su fonna -
clásica oo obtiene bueoos resultados. 

En efecto, es sabido 141 , 1121 que mientras el error que se c::::orrete por 
aplicaci6n del nétodo a problemas sin singularidades es del orden de h2 en el 
caso de pretender resol ver un problema con singularidades las acotaciones del 
error en los entorms de los puntos singulares son de orden rremr ( j12l , 1191 ) 
y en muchos casos la soluci6n obtenida diferirá eoo:r:rrarente de la real. 

Para vencer esta dificultad se han propuesto diferentes técnicas de rrodi 
ficaci6n del nétodo clásico. Entre ellas cabe señalar las siguientes: -

. Refinamiento local del mallado. 

• Al..lirento del espacio de funciones test (empleo de funciones singul~ 
res) 161 • 

. Uso de elercentos singulares, bien sea elercentos isopararrétricos de 
generados (j3l , ISI , !91 , 1111 ) bien sea introducir una rrodifi 
caci6n en las funciones de base (jlj, 121 , 191 1171). 

De ellos, son los del úl tirro grupo con los que se ha trabajado en los úl 
tirros años en el Depart.am:mto de Cálculo Nl.lrnérico e Informática de la E.T.s.I:­
de Minas de Madrid y los que aquí presentarem:>s brevercente junto con los prin­
cipales resultados obtenidos. 

2. IDDELIZACIOO DE FISURAS MEDIANTE EIEMENTOS FINITOS DEGEr.iiERADOS. 

Sea n cR3 un abierto acotado de frontera an =an1 V an2 . Considererros un -

problema de contorm de elasticidad trid.imansional definido por el sistema de 
ecuaciones en derivadas parciales siguiente: 

¡o¡t {cr} 

{u} (1) 

donde por la ley constitutiva para un material elástico lineal harogéneo e is6 
tropo 1 y por la relaci6n defonnaciones-desplazamiento se sabe que: 

{cr} = [E] {d 

{E} = [D] {u} 

siendo {cr} el tensor de tensiones, {d el de deformaciones, {u} el vector de -
desplazamientos, {f} el vector de fuerzas internas por unidad de vok'llill:ID, {u} 
el vector de desplazamientos fijado en el trozo de frontera an , {cr} las ten­
siones impuestas en el trozo de frontera an2 , [D] un operador tliferencial ma 
tricial, con: 
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0 11 E:ll 
L o o 
ax 

L 0 22 E:22 o o 
ay 

L 

,(u} = ~~) , {f} ¡;~) 
0 33 E:33 o o 

L 
az 

{cr} ' {e:} = E:12 [n] = d o = ay ax 
o íL a 

E:23 ()·Z óY 
E:13 L o .íL 

az ax 

1 2- 2- o o o n o o 
1-v 1-v X 

...JL. 1 2- o o o o n o 
1-v 1-v y 

...JL. 2- 1 o o o 

,{~}=!:~¡ 
o o nz 

E(l-v) 1-v 1-v 
E= (i+ v) (1-2v) o o o 1-2v o o 1 (NJt = n n o 

2 (1-v) y X 

o o o o 1-2v o o nz n 
2 (1-v) y 

o o o o o 1-2v n o nx 2 (1-v) z 

donee E es el rr6dulo de Young, v el de Poisson y n y n son las componentes 
del vector uni'f!ario nonnal a 3rt. X y 

Sea n un dominio caro el de la figura l. En dicho daninio aparece una li 
nea singular, que se ha hecho coincidir con el eje z. Stephan y Whitanan l19j­
han den:ostrado que, en estas corrliciones, en coordenadas cilirrlricas, la parte 
dcminante singular de la soluci6n para los desplazamientos es de la fonna 

(2) 

En el caso en que a = 2n, caro corresp:mde al caso de una fisura, la ex­
presi6n de la tensi6n en ,Euntos cercanos a la misma presentar~ un ~:rmino prin 
cipal de la fonna k r-1¡;.::, habiendo en el problema una arista de puntos s~ 
lares en los 'que la tensi6n tiende a infinito. 

El empleo de elem:mtos finitos degenerados que ha sido tratado en nurre~ 
sas publicaciones ( 131 , ¡s¡ , 1111 , j14l , j17j , •.••• ) permite , nediante una ade­
cuada localizaci6n de los nodos en los ele:rentos a los que pertenezca el punto 
singular, obtener funciones cuyo gradiente sea del orden de (r-lf;G) • Para ello 
basta disponer los nodos pr6xi.rros a la linea de fractura a .f./ 4 de distancia de 
dicha linea, donee t es la longitud del lado correspondiente del ele:rento ( fi­
gura 2). 

Mediante esta ~ca se han realizado estudios de diferentes m:xlelos bi 
y tridimensionales. 

IDs resultados asi obtenidos pueden todavía :rrejorarse empleando los deno 
minados elem:mtos de transici6n, descritos en !SI , 191, j13j , llSI , colaterales 
a los singulares y en los que los nodos hc:nólogos a los desplazados en el ele­
rrento singular, son tambien desplazados pero ahora no a f./ 4 sino a una distan­
cia qUe vendr~ determinada en funci6n de la geometria del m:xlelo. 
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Estas técnicas se aplicaron, entre otros, al estudio de una barra cilín­
drica de diametro 2b (figura 3) presentando en su centro una fisura circular -
de diametro 2a, saretida a tensi6n a en m:::rlo l. La figura 4 recoge el nodelo 
realizado. En ella, la zona rayada corresponde a la zona singular que en un ca 
so fue m:Xlelizada s6lo con elerrentos singulares (Figura 5) y en otro con ele-= 
:rrentos singulares y elerrentos de transici6n (Figura 6) con dichos IIDdelos y pa 
ra diferentes valores de a y b se realiz6 la evaluaci6n de la funci6n F(a/b) :: 
que pennite determinar el valor de K1 mediante la f6:rmula propuesta en 171 : 

a112 a 
K1 = 2cr(TI) F(b~ (3) 

I.Ds resultados obtenidos junto al error ca:retido respecto a los valores 
que para este caso propone Hellen 171 se recogen en la figura 7. 

En tres di:rrensiones se ha estudiado el caso reflejado en la figura 8. -­
Por la existencia de simetrías se ha IIDdelizado la cuarta parte segfu1 aparece 
en la figura 9. I.Ds detalles de la zona más pr6xima a la línea de fisuraci6n -
se recogen en la figura 10, mientras que la figura 11 refleja los resultados -
obtenidos trabajando Gnica:rrente con elerrentos singulares y empleando elerrentos 
isoparamétricos de lados curvos con 20 :nodos y para diferentes 6rdenes de inte 
graci6n. En dicha gráfica aparece el valor de K

1
/K0 , donde ~I es el factor de­

intensificaci6n de tensiones calculado segdn la foñnula de .Manu 110 1 

KI::: 2(~~V2} ~~uzB-uzC+2uzE-uzF+uzn4 n(-4uzB+uze+4uzE-uzF) + 

+ ~ n2 (uzF+uze-2uzn)] 

siendo 1 la longitud del elerrento en el sentido no:rmal a la grieta y u B, u , 
uzD, uzE cy uzF los desplazamientos segfu1 el eje 7 de los puntos B,C,D,Ezy Fz& 
la figura 12. 

La canparaci6n de estas curvas con las propuestas por otros autores mues· 
tran que en 3 dimensiones esta técnica es nenos precisa. caro se señala en 1181 
los resultados nejoran si en vez de situar los :nodos exacta:rrente a la distan­
cia V 4 de la lfuea singular se si tuan en una posici6n pr6xiroa ( 1/ 4+E) pero -­
sin alcanzarla. La figura 13 muestra esta nejora situando los :nodos a la dis-­
tancia (0.26xl). cabe esperar por otra parte una nejora de los resultados ante 
riores nediante el empleo de elementos de transici6n com::> los antes citados. 

En resumen pueden señalarse sobre el ~todo anterior las características 
siguientes: 

• I.Ds elerrentos finitos degenerados pueden aplicarse utilizando un programa es 
tandar con elerrentos finitos isoparamétricos. 

• Se nejora la aproxiroaci6n obtenida al emplear elementos de transici6n a.deroas 
de los singulares • 

• No se pierde la estructura en banda s~trica de la matriz de rigidez. 

La :i.mp::)rtancia del elerrento de transici6n depende de la relaci6n entre el 
diametro del elerrento singular y la longitud de la fisura a m:Xlelizar. 
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. El empleo de elementos isopara:rrétricos degenerados cuadráticos es adecuado 
para el estudio de problanas de contorno bid.in:ensionales en los que la par­
te principal del desarrollo de la soluci6n sea O (r -1/2) 

. En problemas trid.in:ensionales el elemento singular con nodos trasladados a 
l /4 no ofrece un canp::>rtamiento tan preciso. Parece aconsejable localizar-­
los en una situaci6n pr6xima pero no coincidente con ella . 

• La ccmplejidad de los rrodelos en tres dimensiones hacen de stiiiO interés la 
generaci6n autanática del mallado y las técnicas de subestructuraci6n . 

• En los problemas de tres d.irrensiones con lados de grieta curvos hay que te­
ner cuidado al utilizar los elementos isopararrétricos degenerados debido a 
que aparecen en el cálculo del jacobiano condiciones adicionales que deben 
cumplirse. 

3. MODELIZACIOO :MEDIANTE ELEMENTOS ca::.I FUNCIONES DE BASE MODIFICADAS. 

La expresi6n (2) constituye tan s6lo la parte principal del desarrollo 
de la soluci6n de desplazamientos en puntos pr6xi:rros a la linea singular. -
Una escritura más ccmpleta de dicha soluci6n revelaría la presencia de térmi­
nos corro los siguientes: 

.rr/a 
00 . J z: k . (e, a, z) r 

j=1 J 

Con ello la tensi6n en cada punto pr6xi:rro a la línea singular presenta­
rá un desarrollo en serie del tipo: 

k' (e ,a,z) r -rr/a + 
.rr/a 

E k'. {e,a,z)rJ 
j=l J 

Una de las fonnas de tener en cuenta más sumandos de la expresi6n ante­
rior, además del principal, es debida a 1\kin j1j , j2 1 y en resumen consiste 
en utilizar como funciones de base del elemento polinomios racionales en lu-­
gar de los clásicos. Con su rrétodo se logra, ad.errás, poder tratar singularida 
des del tipo r-A. y no s6lo r-1/2 corro ocurría con el empleo de elementos iso 
pararrétricos degenerados que se describi6 anterionrente. 

En efecto, situándonos en R2 por ma.yor simplicidad, y considerando una 
singularidad del tipo r-A. (esto es, suponiendo que el ángulo fonnado por las -
líneas linútrofes de la singularidad es tal que rr/a=l-A.) y designando al pun 
to singular corro nodo 1 de los elementos que en él concurren, el rrétodo de --
1\kin consiste en tomar las funciones de base sobre el elemento de referencia 
en la fonna: 
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siendo lJ! . las funciones de habitualmente utilizadas en los ele.mentos iso;.. 
paramétr.Ícos correspondientes,.;,n coordenadas genéricas un punto cualquiera 
del elemento de referencia y Nn el n'Clmero de nodos del ele.mento empleado. 

Puede comprobarse l11l l11l que las funciones así definidas verifican-­
N 
L:n 1/J. (l;; ,n) = 1 y son compatibles con elerrentos isoparamétricos confo:rrres, es­
j=l J 

to es, su restricci6n a los lados que no tienen el punto singular c:ono vértice 
es la misma que los de las funciones de base de los ele.mentos confo:rrres. Con 
ello su uso puede realizarse sin ningCln problema canbinándolos con elerrentos -
finitos clásicos para las mnas regulares del dominio. 

Corro se recoge en 1 1 , caso particular de ;.. = ~, el ele.mento 
tria.ngUJ.ar de tres nodos presenta un canportamiento radial <fe recoge el terrni 
no en rl/2, el de cuatro nodos {figura 14) e1 rl/2 + e

2 
~r3~ , el de seis nodos 

recog~, además de la ~ de la soluci6n los ~s e rl/2 +. e2r3/2 + 
+ e 3rt; /2 +. • • . . En la cJ. tada se encontrará asJ.mJ..srro eÍ estucho de -
los cuadriláteros de cuatro, seis y ocho nodos. elerrentos presentan com 
portarnientos similares si bien introducen además un ténnino de distorsi6n. ArlK 
lagos resultados podrfan en d.irrensi6n tres. 

Todo lo anterior hace :¡;::ensar que los elerrentos de pueden resultar -
ser un nétodo apropiado el tratamiento de las singularidades en 
problemas de contorno es:¡;::ecialrrente cuando estos son del tipo r-A con A.F 1/2, 
es decir, sie.rnpre que el ángulo entre dos lados adyacentes del contorno nedido 
por el interior del dominio sea tal que TI<a<27T, en cuyo caso tendreros singula 
ridades cuyo1 té:r:rni.no principal es tipo ('Ver figura 15) r1T/a y cuya deriva­
da sería (l-TI/a) y tiende a oo sie.rnpre que (1-TI/a) >0, es decir siempre que a>TI. 

Eviden~te el máxino de q es • Por tanto tendrem::>s que l>TI/ a>! • Si 
representaiiDs los valores de d(r1Tfa) /dr para distintos valores de a en 1T y 21T 
tendrenos la figura 16. CcmJ ve.rros singularidad ms fuerte se produce para 
a=TI/2 y la ms suave para a =TI+e:: • Todo lo anterior origina la extensión de -
este nétodo siempre que dominios no convexos en cbs o tres dimensio 
nes. Por tanto diremos que una condici6n y suficiente para que en un 
dominio elástico dado no singularidades (siempre que la oondici6n de -
contorno no varíe) es que sea oonvexo y esté sanetido a un campo 
de cargas uniforrre. 
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Fig.l -

Fig.3 - Barra cilíndrica con 
fisura central 

Fig.2 -Elemento singular de 
20 nodos 

b~ DI~ 

L 

Fig.4 - Modelo axialrnente s~trico 
de la barra cilíndrica. 

102 



Fig.S - Detalle del modelo con 
elerrento singular. 

Fig. 6 - Detalle del modelo con 
elemento singular y dos 
elementos de transición. 

Valores de F{a/b) hallados y error cometido respecto a Eil 
Valor F<s> Sin elementos Con 1 "elemento Con2~ l~gion_sm~ 
de de transici6n de transic::i6n 1 ,i;; transic.i6n 
a/b M Error 1 F{a/b Error \ FCa/b) Error \ F(a/b) F(alb) Error \ 

0.1 1.01 1.082 6'93 1.016 O'!i9 1.0011 -0'20 1.008 -0'20 

0.2 1.01 1.091 7 1 92 1.024 1'31! 1.017 0'69 1.016 0 1 60 

0.3 1.09 1.099 6 1 80 1.032 0'19 1.022 -0'711 1.023 -0'68 

0.11 1.07 1.1110 li' Sil 1.070 o•o 1.0611 -0'56 1.0611 -0'56 

o.s 1.12 1.191 6'25 1.117 -0'27 1.117 -0'27 1.117 -0'27 

Fig. 7 -

Fig. 8 - Placa saretida a tensión uniforrre con grieta circular 
en su centro. 
a/t = 0.4, ~ = 2.5, a - = 0.2 

w 
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Fig.9 - Mbdelo de placa 
trid.itrensional. 

:: == ==: ( fis] 
............... ~~ 

0.2 0.4 0.6 0.8 

Fig .10 - Detalle de la zona sobre la 
fisura en el modelo de pla­
ca tridimensional. 
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1.0 
cp/n 

2 
Fig. 11 - Resultados con el rocxielo de figu-

Fig.12 -Elemento isoparamétrico 
degenerado de lados e~ 
vos. 

ras anteriores con elementos de 
lados curvos (e) y de lados rec-­
tos (R) para diferentes 6rdenes -
de integraci6n. 
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Fig. 13 - .MJde1o con ele:rrentos de lados cur­
vos con nodos desplazados a O. 26 l. 

Fig.14 -Elemento triangular de 4 nodos 
d ( r -TI /a) 

dr 

Fig. 16 
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ESTUDIO DE LA DIFUSION DE HIDROGENO EN MATERIALES METALICOS 

M.A. Astiz 

Departamento de Física de Materiales. 
E. T.S. de Ingenieros de Caminos. Universidad Politécnica de Madrid 
Ciudad Universitaria 

28040 - M a d r i d 

RESUMEN 

Se aplican las leyes de Fick para describir el proceso de difusión de hidrógeno en una matriz 
metálica. La ecuación diferencial que gobierna el fenómeno acopla las concentraciones de hi 
drogeno y el estado tensional. La resolución de dicha ecuación se realiza por el método de -: 
los residuos ponderados y mediante una discretización por elementos finitos. El método se -
aplica al análisis de una barra cilíndrica entallada ensayada a tracción en atmósfera de hidr§. 
geno. 

SU M MAR Y 

Fick's laws are applied to describe hydrogen diffusion in a metallic material. The differential 
equation which govems the process couples hydrogen concentration to the state of stress. 
Weighted residuals method along with a finite element discretization are used to solve 
this equation. the present method is applied to the analysis of a cylindrical notched bar 
which is tested in hydrogen atmosphere. 

107 



1.- INTRODUCCION 

La fragilización por hidrógeno es un fenómeno sobradamente conocido /1, 2/. El 
hidrógeno puede penetrar en el material por dos caminos. El primero consiste -
en un proceso electrolítico que se puede simular mediante polarización catódi­
ca. El segundo resulta de sumergir al material en una atmósfera de hidrógeno -
gaseoso; este proceso se acelera a altas presiones y temperaturas. 

La presencia de hidrógeno en un material metálico cambia algunas de sus propi~ 
dades mecánicas mientras que no afecta a otras. A grandes rasgos, las caracte­
rísticas deformacionales (módulo de elasticidad, límite elástico, curva ten 
sión~deformación, dureza) permanecen constantes; sólo se ven afectadas las-pro 
piedades relacionadas con la fractura (ductilidad, tenacidad, resistencia a 1~ 
fatiga) /3/. 

El transporte de hidrógeno a las áreas críticas donde se inicia la fractura in 
cluye procesos de adsorción, absorción y transporte interno (difusión y mov! ~ 
miento de dislocaciones). El objeto de esta comunicación consiste en proponer 
un módelo numérico que permita analizar la fase de difusión a través de la ma­
triz metálica. 

2.- DESCRIPCION DEL MODELO 

El transporte del hidrógeno en el interior del material metálico se realiza me 
diante dos mecanismos. Uno de ellos es el de difusión a través de la matriz me 
tálica /4/ y el otro consiste en el movimiento de dislocaciones y con ellas de 
los átomos de hidrógeno que se concentran en las zonas de gran densidad de di~ 
locaciones /5/. El primer mecanismo prevalece cuando las deformaciones plásti­
cas son pequeñas mientras que el segundo es el mecanismo dominante en caso con 
trario. 

En lo que sigue consideraremos que el mecanismo de difusión es el que gobierna 
el transporte de hidrógeno y que se produce a temperatura constante. Además se 
supondrá que las trampas están saturadas de hidrógeno y que su existencia se -
puede tener en cuenta definiendo una difusividad efectiva que se supondrá tam­
bién constante. En estas condiciones el flujo de hidrógeno, q, se puede expre­
sar en función del gradiente de la concentración de hidrógeno, e, y del gr~ 
diente de la tensión hidrostática, s, mediante la primera ley de Fick modifica 
da /4/: 

q = -D (Ve - V* 
RT cVs) (1) 

donde D es el coeficiente de difusión, V* el volumen molar parcial de hidróge­
no, R la constante universal de los gases y T la temperatura absoluta. 

Aplicando la segunda ley de Fick se obtiene la ecuación diferencial que gobier 
na el fenómeno: 

ñc 

at 
V* 

RT 
Ve • Vs - V* (2) 

RT 

en la cual el último término se puede suprimir para materiales elásticos y en 
ausencia de tensiones residuales de acuerdo con las ecuaciones de Beltrami. 

El problema matemático a resolver supone que el dominio de validez de la ecua­
ción (2) es el interior Q del material y que las condiciones de contorno son, 

e = e en re (3) 
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q • n = -D (Ve - V* 

RT 
e Vs) • n = q en r 

q 
(4) 

donde se supone que el contorno r se descompone en r y r y n es el vector nor 
mal exterior a r. e q 

Se discretiza el material usando elementos finitos y se aproxima la concentra -
ción de hidrógeno, e, mediante un conjunto de valores nodales, c., y sus corres 
pondientes funciones de forma N. de tal forma que, J 

J 

e= N. c. (5) 
J J 

donde se supone que los subíndices repetidos representan una sumatoria implíci­
ta. Si se aplica el método de los residuos ponderados (tipo Galerkin) se puede 
deducir una versión discretizada de la ecuación diferencial (2) de la forma /6, 
7/: 

M e +He = K e+ p (6) 

donde, 

M .• = N. N. dQ (7) 
~J ~ J 

H .. = D VN. . VN. dQ (8) 
~J ~ J 

K .. 
DV* 

VN. Vs N. dst . (9) 
~J RT ~ J 

pj = - N. q df 
J 

(lO) 

La integración temporal de la ecuac~on (6) se realiza mediante un esquema de re 
currencia de dos puntos tipo diferencia hacia atrás que es incondicionalmente -
estable /7/. Esto se puede hacer así porque el acoplamiento entre el problema de 
tensiones y el de difusión sólo se produce en una dirección: el estado de te~ -
siones incide sobre la distribución de concentraciones pero, en el presente es­
tado del modelo, la distribución de concentraciones no influye sobre el estado 
tensional. En una etapa más avanzada se puede pensar en hacer un modelo del pr~ 
ceso de rotura del material en función del contenido de hidrógeno y del estado 
de tensiones. 

3.- APLICACIONES 

Este método permite estudiar una gran variedad de situaciones experimentales y 
reales sin más que variar las condiciones de contorno y la historia de cargas. 
Algunas de estas situaciones se han representado en la figura l. El tipo de en­
sayos descrito en la figura l.a consiste en cargar de hidrógeno la probeta y 
posteriormente ensayarla ya sea en ambiente de hidrógeno, en la atmósfera o 
aplicando un recubrimiento que impida que el hidrógeno se escape. Otra posibili 
dad {Fig. l.b) consiste en que el ensayo mecánico y el proceso de carga sean si 
multáneos pudiendo incluso favorecer la entrada de hidrógeno en puntos determi­
nados (entallas, soldaduras, fisuras, etc.). 

Como ejemplo de aplicación ica se presenta el caso de una probeta cilíndri 
ca entallada sometida a tracción hasta un alargamiento total de 0,1 mm., en un 
tiempo de 25000 s y manteniéndose posteriormente este alargamiento constante. -
Las condiciones iniciales son de concentración constante, e , y las condiciones 
de contorno suponen una impermeabilización absoluta frente ~1 paso de hidrógeno. 
Para este estudio se ha tomado D ~ S•lo-11 m2/s y V*/RT = 0,0008 m2/MN. Los re­
sultados a largo plazo (100.000 s.), están descritos en la figura 2. 
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for Non Linear Problema", 

a. Carga de hidrógeno previa. 

Pineridge 

b. Carga de hidrógeno y solicitación mecánica simultánea. 

Fig. 1. Ejemplos de situaciones experimentales. 
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d. Contornos de igual concentración de hidrógeno. 

Fig. 2. Ejemplo de aplicación práctica. 
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CONSIDERACION DEL CIERRE EN LA PREDICCION DEL CRECIMIENTO DE GRIETAS BAJO CAR­
GA IRREGULAR 

Gil Martínez J.J., Domínguez Abascal J. 

Escuela Técnica Superior de Ingenieros Industriales de Sevilla 

Av. Reina Mercedes, s/n 41012-SEVILLA 

Resumen: En este trabajo se pone de manifiesto la influencia de las condicio-­

nes consideradas cuando se aplica el concepto del cierre de grieta a 

la predicción del periodo de propagación en el caso de registros de 

cargas de amplitud variable. 

Summary: The influence of the different stress states considered in the appli 

cation of the crack closure concept to the predictions about the pr~ 

pagation period in fatigue under variable amplitude loads is shown -

in this work. 
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1.- INTRODUCCION 

El estudio de la evolución de una grieta, cuando sobre ésta se aplican car 
gas de amplitud variable, resulta en principio complejo, debido a la necesidad­
de tener en cuenta el efecto de secuencia que se produce. 

Las técnicas que normalmente se utilizan, se basan principalmente en esta­
blecer una correlación entre las características del problema particular y los 
datos de amplitud constante que se obtienen .a partir de los ensayos, 

De forma general, éstas pueden clasificarse en dos tipos: 

*Aproximación estadística propuesta por Barson /1/. 

* Aproximación ciclo a ciclo. 

Tanto una como otra aplican las características particulares del registro 
de cargas, geometría, material, etc, a un determinado modelo analítico para des 
cribir el comportamiento de la grieta, 

En el presente trabajo, se analiza la influencia de las condiciones consi­
deradas, Tensión, Deformación plana o intermedias, al incluir el concepto del -
Cierre de grieta propuesto por Elber /2/, con objeto de describir de forma mas 
aproximada el crecimiento de la grieta, 

La simulación del mismo emplea la aproximación ciclo a ciclo, incluyendo -
un modelo de retardo. 

El problema básico en la aplicación de este concepto es la determinación -
de la tensión de apertura (Sap), o tensión a la cual la grieta se considera que 
esta completamente abierta, Newman /3/ propone una aproximación analítica para 
su determinación, basada en la modificación del modelo de Dugdale /4/, en fun-­
ción de a, factor de constricción plástica, para tener en cuenta las condicio-­
nes consideradas. 

Los resultados de Newman pueden ser ajustados de acuerdo con Bell y Wolf-­
man /5/ por una expresión del tipo: 

(1) 

Donde Cf es la relación entre la tensión de apertura y la máxima aplicada, 

indicando los subíndices los valores particulares de la misma para R = -1 y 
R = O, siendo R el coeficiente de asimetría del ciclo. 

La relación Cf depende del parámetro a, variando éste entre a=1 para ten-­

sión plana y a=3 en el caso de deformación plana de acuerdo con Broeck /6/. 

2.- BASE EXPERIMENTAL 

Como base de datos experimentales se seleccionaron los resultados del pro­
grama de ASTM "Round-Robin Crack Growth Prediction on Center-Crack Tension Spe­
cimens Under Spectrum Loading" /7/. 

El material empleado en el mismo es la aleación de aluminio 2219-T851 sien 
do sus características: 

Factor crítico de intensidad de tensiones (Kc) 70.8 MPa /rñ 

Límite elástico (Oe) 358.3 MPa 
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La probeta empleada corresponde al tipo "Center-Crack", cuyas dimensiones 
se recogen en la figura 1, 

Para esta geometría, el incremento del factor de intensidad de tensiones -
tiene la expresión /8/: 

~K = ~P/B /n8/2W sec (n8/2) (2) 

Donde: 

8 = 2a/W M=M -P. max m1n 

Siendo P la carga aplicada sobre la probeta, 

¡••152.4mm--1 

45 
t -ll-2a J 

7.2mm ---·-

Fig. 1 Probeta "Center-Crack" 

Los resultados experimentales que servirán de base de comparación pueden 
encontrarse en el programa de ASTM /7/. 

3.- PREDICCION DEL CRECIMIENTO BAJO CARGA IRREGULAR 

El primer problema que se plantea al realizar una estimación del comporta­
miento de una grieta, es la selección de un modelo analítico que lo describa -­
con la suficiente aproximación. 

Debido a que no existe un criterio objetivo que permita la elección de un 
determinado modelo, ésta normalmente se basa en estudios comparativos entre los 
distintos modelos. Así, partiendo de la experiencia anterior /9, 10/ se propone 
para el caso particular en estudio una modificación del propuesto por Forman et 
al. /11/, cuya expresión es: 
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da/dN (3) 

Donde ñKef es el incremento efectivo del factor de intensidad de tensiones 

basado en el cierre de grieta, ~· representa las condiciones de no-propagación 
o 

/3/, y C, n son constantes del modelo, 

Estas constantes fueron determinadas a partir de los datos del programa de 
ASTM E24.04.04 /8/, mediante un ajuste inicial por mínimos cuadrados seguido de 
un proceso para minimizar el error entre los valores experimentales y los ajus­
tados considerando una función objetivo del tipo: 

F.O. ¿ llog(da/dN) - log(da/dN) . 1 
exp aJu 

(4) 

Los valores de C y n ajustados dependen del estado que se considere, 

Como modelo de retardo se selecci9nÓ el propuesto por Bell y Wolfman /5/ -
modificado ligeramente para describir de un modelo más aproximado el efecto de 
secuencia, Así, este viene representado por la relación: 

* S .. = apl. 
(5) 

Donde S y r son la tensión de apertura y la zona plástica correspon--
aps ps 

dientes a una sobrecarga respectivamente~ S . y r . las correspondientes a ---apl. pl. 
cualquier ciclo posterior a la sobrecarga, y ñ a es la longitud de grieta que se 
encuentra dentro de la zona plástica creada por la sobrecarga, según se repre-­
senta en la figura 2. La modificación antes aludida ha consistido en la intro-­
ducción de la zona plástica normal (r .) al objeto de considerar el final del -

pl. retardo, 

Zona plástica de 

la sobrecarga 

1 

Fig. 2 Representación esquemática del modelo de retardo 
empleado. 

4,- ESTIMACION DEL COMPORTAMIENTO DE LA GRIETA 

Definidos los diversos aspectos, el proceso de simulación del crecimiento 
de la grieta consiste básicamente en la integración ciclo a ciclo del modelo -­
analítico propuesto. 

Con el fin de analizar la influencia de las condiciones consideradas, ten-
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SLon, deformación plana o intermedias, en el tesultado de la simulación, ésta -
se realizó para cada una de ellas según el proceso siguiente: 

l. Evaluación de los coeficientes de la expresión (1) mediante ajuste de -
los resultados de Newman /3/ 

2. Determinación, a partir de los datos experimentales de amplitud constan 
te /12/, de los coeficientes C y n del modelo analítico de crecimiento~ 
considerando en cada caso la expresión para la tensión de apertura an-­
tes ajustada. 

3. Integración ciclo a ciclo, de la expresión (3), considerando la tensión 
de apertura dada por la ecuación (5), 

En las tablas 1 y 2 se recogen los valores obtenidos en los pasos interme­
dios del proceso indicado, 

TABLA 1 - Coeficientes para el cálculo de la tensión de apertura 

cf-1 cfO-cf-1 p 

T,P. (a = 1) .358 ,105 2.612 

a 1.7 .296 .089 2.983 

a 2.3 .236 .085 3.168 

a 2.6 .206 ,076 3.385 

D,P, (a = 3) .177 .067 3.618 

TABLA 2 - Coeficientes C ;¿:: n del modelo 

C(xl07) n 

T,P, (a = 1) 2.453 2.44 

a 1.7 1.499 2,50 

a 2,3 1.074 2.53 

a 2.6 ,886 2.55 

D.P. (a = 3) .747 2.55 

Los resultados obtenidos de la simulación, expresados mediante la relación 
entre el número de ciclos predicho y el correspondiente al ensayo /7/ se prese~ 
ta en la tabla 3 como función del parámetro. 
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TABLA 3 - Resultados obtenidos en la simulación 

. . ; (1) Denom1nac1on 1 1.7 2.3 2.6 3. 

M-81(20.) 1.29 1.10 1.05 • 98 .93 

M-82(30.) .97 • 81 .77 .71 .68 

M-83(40.) 1.10 .92 .85 .81 .77 

M-84(20.) 1.05 .99 .91 .87 .85 

M-85(30.) • 81 .75 .68 .65 .64 

M-86(40.) ,75 .68 .62 .59 .58 

M...:88(30,) .94 .84 .72 .59 .56 

M-89(40.) .80 .70 .59 .48 .46 

M-90(20.) 1.59 1.36 1.31 1.10 1.02 

M-91 (30,) 1.32 1.11 1.06 .90 .84 

M-92(40.) 1.34 1.12 1.07 .95 .88 

MEDIA 1.08 .94 .87 .78 .74 

DES.MED. .21 .17 .18 .16 .14 

(1) :El valor entre paréntesis representa la tensión máxima 
aplicada en el ensayo (K .). 

S1 

5.- ANALISIS DE RESULTADOS Y CONCLUSIONES 

Los resultados presentados en la tabla 3 reflejan que la predicción varía 
significativamente dependiendo de las condiciones que se consideren para calcu­
lar la tensión de apertura correspondiente, 

Aparte de las discrepancias propias motivadas por la dispersión de los pa­
rámetros que se emplean (K, ~K, r, etc.), varias pueden ser las causas de--

e o p 
las diferencias mostradas en los resultados. Entre éstas pueden destacarse, la 
aproximación del modelo de retardo empleado junto con la variación de las condi 
cienes a considerar para determinar la tensión de apertura. 

Las hipótesis establecidas en el modelo de retardo, no permiten su aplica­
ción de forma directa cuando los registros de cargas son de variación irregular 
como los empleados en este trabajo. La formulación del mismo se basaba en supo­
ner un coeficiente de asimetría constante, como se desprende del esquema repre­
sentado en la figura 2, Si se analiza la correspondiente expresión (1) de la -­
tensión de apertura, se comprueba la influencia que el coeficiente de asimetría 
R tiene sobre éste, lo que dificulta, sin una profundización en el estudio del 
fenómeno de secuencia en estos casos, la aplicación del modelo de retardo. 

Otro aspecto a destacar, es el relativo a la influencia de los niveles de 
tensión entre la sobrecarga y los ciclos aplicados con posterioridad a ésta. -­
Así, la magnitud de la sobrecarga puede ser tal que desarrolle condiciones de -
tensión plana en todo el espesor, mientras que los ciclos posteriores pueden t~ 
ner una magnitud tal que sólo desarrollen condiciones de deformación plana en -
el interior de la zona afectada por la sobrecarga, De modo que las condiciones 
a aplicar en cada caso para calcular la tensión de apertura serían diferentes. 

Aparte de estos aspectos se comprueba a partir de los resultados, que és-­
tos tienden a hacerse más conservativos conforme las condiciones consideradas -
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se aproximan a deformación plana. Hecho lógico, ya que ~ef es mayor en deforma 

ciOn plana y por tanto el número de ciclos predicho menor. 

Como conclusión final cabe apuntar, que si bien los resultados obtenidos -
están en un margen aceptable, es necesario profundizar en los aspectos anterior 
mente señalados, con objeto de poder simular mas correctamente el crecimiento ~ 
de una grieta en condiciones de carga irregular mediante la técnica utilizada, 

6.- REFERENCIAS BIBLIOGRAFICAS 

/1/ J.M. Barsom, "Fatigue Crack Growth Under Variable-Amplitude Loading in 
Various Bridge Steels", Fatigue Crack Growth Under Spectrum Loads, ASTM 
STP 595, Americam Society for Testing and Materials, 1976. 

/2/ W. Elber, "Fatigue Crack Closure Under Cyclic Tension"• Eng. Frac, Mech. 
2, 37, 1970; "The Significance of Fatigue Crack Closure", Damage Toleran 
ce in Aircraft Structures, ASTM STP 486 Americam Society for Testing and 
Materials, 1971. 

/3/ J.C. Newman, "A Crack-Closure Model for Predicting Fatigue Crack Growth 
Under Aircraft Spectrum Loading", Methods and Mode1s for Predicting Fati 
gue Crack Growth Under Radom Loading, ASTM STP 748, Americam Society for 
Testing and Materials, 1981. 

/4/ D.S. Dugdale, "Yielding of Steel Sheets Containing S1its", J. Mech. Phys. 
Sol., 8, 1960. 

/5/ P.D. Bell, A. Wolfman, "Mathematica1 Modelling of Crack Growth Interac-­
tion Effects", Fatigue Crack Under Spectrum Loads ASTM STP 595. Americam 
Society for Testing and Materials, 1976, 

/6/ D. Broeck, "Prediction of Fatigue Crack Growth", Elementary Engineering 
Fracture Mechanics, Martinus Nijhoff Publishers, 1982, 

/7/ J.B. Chang, C.M. Hudson, "Methods and Models for Predicting Fatigue Crack 
Growth Under Random Loading", ASTM STP 748, Americam Society for Testing 
and Materials, 1981. 

/8/ S.J, Hudack, R.J. Bucci, "Fatigue Crack Growth Measurements and Data Ana­
lysis", ASTM STP 738, Americam Society for Testing and Materials, 1981. 

/9/ J.J. Gil• J. Domínguez, "Diversos Aspectos de la Propagación de Grietas 
por Fatiga", Anales de Ingeniería Mecánica, No. 1, Sevilla, 1983. 

/10/ J.J. Gil, J. Domínguez~ "Propagación de Grietas por Fatiga. Método de 
Predicción de su Duración", Proyecto Fin de Carrera, ETSII Sevilla, 1985. 

/11/ R.G, Forman, V.E., Kearney, R.M. Engle, "Numerical Analysis ofCrack 
Propagation in Cyclic-Loaded Structures", J. Basic Eng., Trans. ASME 
D89, 1967. 

119 



TECNICAS NUMERICAS PARA LA FRACTURA DINAMICA 

I. Miranda, J.M. Bastero, J.M. Mtnez.Esnaola 

Centro de Estudios e Investigaciones Técnicas de Guipózcoa. 

Bo. Ibaeta s/n. 20009 SAN SEBASTIAN 

En este articulo, se presentan varias técnicas numéricas 
para el estudio de la propagación inestable de grietas en 
problemas bidimensioneales con materiales elástico-lineales. Por 
una parte, se describe un elemento especial que permite la modeli­
zación numérica de los campos singulares en la vecindad del borde 
de grieta. La utilización de funciones globales-locales del tipo 
"blended.. permite el cálculo directo del Factor de Intensidad de 
Tensión dinámico. Por otra , se presentan dos nuevas inte­
grales invariantes para la Fractura dinámica. Con ellas el aná­
lisis de fractura puede realizarse en base a los desplazamientos y 
tensiones en la jania del extremo de la grieta. 

In this paper, several numerical methods are presented for 
bidimensional dynamic crack propagation problems in linear elastic 
materials • First, a special element with global-local interpo­
lation functions of blended type is used to numerically simulate 
the singular stress field at the crack tip zone. Two new invariant 
integral expressions are presented, too. Using such integrals, the 
Fracture analysis is carried out with the displacements and stres­
ses far away from the crack tip. 
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1.- INTRODUCCION 

una e con una gr , el crecimiento 
inestable de misma se produce cuando el Factor de Intensidad de 
Tensión, K , que caracteriza el estado de tensiones y defor­
maciones crfticas a que está sometido el material en su vecindad 
supera un valor KIC característico del material. 

con 

ión inestable de una grieta es un 
gran velocidad de crecimiento. Su 
es s embargo necesario para el 

frente a accidentes o fallos 

El proceso de la 
fenómeno caracterizado 
estudio, de gran complej 
análisis de piezas dafiadas 
imprevistos. Esta neces 
real requiere el 
simulación dinámica 

fenómeno fisico 
técnicas numéricas que permitan una 

proceso de ión. 

se presenta el análisis a Fractura 
dinámica diferentes. Por una parte, se 
evalúan de precisa campos de tensiones y desplazamientos 
en las proximidades del de grieta, mediante la utilización de 
un elemento finito s con formulación especial en dicha zona. 
Por otra parte, anális de se lleva a cabo con ex­
presiones integrales basadas en los campos de tensiones y despla­
zamientos en la lejania del borde de grieta, sin que resulte nece­
saria formulación especial alguna en la vecindad del extremo de 
grieta. 

2.- UN NUEVO ELEMENTO ESPECIAL EN FRACTURA DINAMICA 

El cálculo numérico tensiones y despla­
al borde de grieta requiere, para 

la consideración de la existencia de 
zamientos en la zona 
realizarse con precisión, 
singularidad en los mismos. 

de funciones 
por Benzley en 
la solución teórica 
borde de grieta y 
un grado de libertad 
interpolación 

La 
zontal es de 

e 
1 campo de 

de 
adicional~' 

<x/fy> . F
1
(x. 

J J 

basada en el concepto 
Mote /1/ y aplicado 

mediante la incorporación de 
tensiones y desplazamientos en el 

idad de Tensión dinámico como 
conjuntamente con las funciones de 

el desplazamiento hori-

siendo N1 . las funciones interpolación isoparamétricas 
,d1 los ]desplazamientos nodales,F

1 
el campo de desplazamientos 

teorico en la vec del de gr en Fractura dinámica /3/ 
y KI el Factor de de Tensión dinámico. 

Las funciones su validez teórica 
restringida a zona grieta. La compatibi-
lidad de esta función global con isopoaramétrica puede 
obtenerse mediante una formulación de transición en los elementos 
circundantes, definiendo en ellos la ión S, que corrige la 
interpolación en la forma 

Cx,y) F ( 
j 1 

1 



donde S es una 
los 

zamiento 

en 
de 

pueden 
Energia 

funciones 
que los 

del 
que· 
del 
t-~t ... 
/4/. 

t O&t t 
Mij dj+Cij 

tiguamiento j 
no 

e 

1 

i 
contorno común con 

<Vid Figura 1) • 

il las funciones de 
denominará tipo A, y a los 

re elementos se denomi-
standard. 

obtenerse para el despla-

desplazamientos interpolado es 
patch Esto evita los 
formulaciones en las que se 

Fractura dinámica en el 
se necesar la imposición 

desplazamientos, /4-5/. 

grados de libertad nodales 
consideración de fuerzas 

se ha situado en el 
los elementos tipo A, 
del tipo "blended" 

empleo de esta formulación 
condiciones de contorno 

grieta. 

ha simulado mediante el 
distorsionando el 

y regenerando la 
deformados. 

d s=O 

cada instante, 
de la Minima 
en la forma: 

(3) 

u. son interpo­
A,B; o e a que se 

del mallado con el 
t, de forma que en 

se desplaza una 

junto con sus nudos y 
grieta, mientras 

ión en su geometria. 

utilizado en la simulación 
errores numéricos, 

las expresiones 
instantes t y 
en el tiempo t 

resultante es: 

d~-~t+Kt~~td~-~t-F~-~t=O 
J i] J 1 (4) 

presencia de un amori-
sino dependencia de 



las aceleraciones 
velocidades. 

con respecto a las 

La aplicación del método de integración de Newmark conduce 
a una matriz de rigidez equivalente no simétrica. 

La inclusión del Factor de Intensidad de Tensión como un 
grado de libertad adicional de la estructura, en la interpolación 
del campo de desplazamientos, permite su obtención directa de la 
resolución del sistema de ecuaciones resultante. 

Por otra parte, las características de compatibilidad del 
campo de desplazamiento interpolado, y la simulación del cre­
cimiento de grieta con un único elemento permiten un considerable 
ahorro tanto de programación como de computación respecto de otras 
técnicas numéricas. 

3. - DOS NUEVAS INTEGRALES INVARIANTES 

Las dificultades numéricas se presentan para simular 
de forma adecuada la singularidad tensiones existente en el 
borde de grieta, ha motivado la aparición expresiones integrales 
invariantes con las que el análisis de Fractura puede realizarse en 
base a los desplazamientos y tensiones en la lejanía del borde de 
grieta /8-9/. 

continuo 
borde de 

A partir de la ecuación de equilibrio 
expresada en un sistema de ejes que 
grieta, con velocidad a. 

2 2 2 
a ui a ui a u1 ---- - 2a ---- + 
at2 axat ax2 

dinámico de un medio 
se desplaza con el 

(5) 

puede plantearse la siguiente integral de superficie: 

siendo 
. 

V 
A A 

un dominio circundado por una superfiie av simple­
mente conexa. 

ui 

n. 
s{j 

aij 

el 
el 

Aplicando a 
zado, restringiendo 
(vid. Figura 3) y 
siguientes: 

A A 

-a. 
d 

-112 6d 
rd sen + 

2 
donde 

-1/2 
rs 

arbitrarios de desplazamien-

a 

el teorema de Gauss generali­
un caso de deformación plana 

como campos auxiliares los 

cos 
e 
_§. (7) 
2 

-1/2 e 
r s sen _§. (8) 

2 
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ie 
S . 
=x+~oc. Y 

S 

Cd y es son las velocidades de las ondas de tensiones. 

( 9 ) 

puede obtenerse una nueva expresión integral para la Fractura 
dinamica, que responde a la expresión: A 

Jr 

A A ·2 au. A aui 
A= [(Tiui - Tiui)dl - pa --~ ui - ui) dyJ = ax ax 

2 
A 

fr 

A A ·2 aui A au. 
= [(Tiui - Tiui)dl - pa ui -

__ J. 
ui) dy] -ax ax 

1 
2 2 

aui 

Ji: 

a ui a ui .. A 

p( 
at2 - 2a - a ui ds (10) 

axat ax 

donde rl, r2, 1: tienen el sentido representado en la Figura 4. 

Con estos requisitos, la integral denominada A está aco­
tada, y su relación con el Factor de Intensidad de Tensión dinámico 
se determina mediante su evaluación sobre el contorno r 2 próximo al 
borde de grieta, en la forma, 

( 11) 

donde C es una constante dependiente de las propiedades del 
material y de la velocidad de propagación de la grieta. 

Puede demostrarse la independencia de la integral A res­
pecto del contorno de integración r 2 por lo que su relación con el 
Factor de Intensidad de Tensión es única. 

En el análisis de Fractura, la expresión A se evalúa 
mediante una integral a lo largo de un contorno alejado del borde 
de grieta, rl, más una integral de área, 1:. 

Otra integral invariante 
partir de la ecuación de equilibrio 
integral siguiente: 

puede 
( 5) , 

obtenerse nuevamente a 
planteando la expresión 

La aplicación a esta integral del teorema de Gauss genera­
lizado, y la reducción para casos bidimensionales, análogamente a 
lo realizado con la integral A, conducen a la igualdad, (vid Figura 
4). 

B= 
Jr 

[(1/2 ·2 + U> dy - T. dl]= pa u. 1 u. 1 u. 1 J., J., J. J., 
2 

= 
fr 

[(l/2 ·2 + U) dy - T. u. 1 dlJ + pa u. 1 u. 1 J., J., ~ J., 
1 

2 2 
aui 

+ f p( 
a ui a u. __ J. 

- a ) u. 1 ds (13) 
1: at2 axat ax J., 
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de una nueva 
Fractura 
integral 
de área, 

Esta es la 
dinámica, 

de linea, 
l:. 

denominada B puede 
integral invariante en 
evaluarse mediante una 

grieta más una integral rl, en le de 

En el caso particular de un medio elástico lineal, puede 
demostrarse que la integral B admite en el sistema de ejes móviles 
la expresión alternat 

B = l (14) . 
a 

que coincide con la establecida por el flujo de energia 
en el extremo de grieta /10/. integral B puede entonces 
relacionarse directamente con el Factor de Intensidad de Tensión 
dinámico en la 

B = L 
2}J 

. 2 
AI (a) KI 

Siendo 

a.d ( 1-a.;) 

(15) 

(16) 

A partir de 
la relación: 

ecuaciones > y (15) se puede establecer 

axat 

El empleo 
de tensiones y 
permite calcular 
necesidad de izar 
tura. En consecuenc 
realizarse mediante 
del crecimiento 
nodal. 

4. -RESULTADOS 

cuya 

- a 

E= 7. N/m2 

v= 0.285 
3 p= 2.45 • 10 Kg/m3 

Los resultados 

u. 1 ds 
J., 

(17) 

basadas en los campos 
borde grieta,. 
ión dinámico sin 

la zona singular de frac-
borde grieta puede 

y la simulación 
de la relajación 

se aplicado al caso 
2L=2W=80mm dafiado con una 

a/W=0.2 y sometido a una tensión 
estado deformación plana, en el 

constante. Por simetría, s6lo 
derecho· dicha estructura, 

en la Figura 5. 

se han considerado son: 

con elemento y con 
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las integrales A y B 
Figura- 6. 

una ve idad á!C
5

=0,2 se presentan en la 
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FACTORES DE INTENSIDAD DE TENSIONES DE GRIETAS CERCANAS A UNA SUPER 
FICIE LIBRE. CALCULO Y APLICACION AL DESGASTE POR DESCAMACION. 

Francisco Javier Gómez Jiménez y Javier Gil Sevillano 

Centro de Estudios e Investigacion«~ de Guipúzcoa. San Sebastián. 

Se describe un método de cálculo de los SIF en modo I y II para grietas pa­
ralelas y cercanas a una superficie libre. Este cálculo es necesario para la 
aplicación de la teoria de la descamación en el desgaste por rodadura y desliza­
miento, ya que, como se observa en los resultados, la influencia de la superficie 
libre próxima es muy elevada. 

A continuación se muestran los cálculos de la longitud de grieta m~n~ma ne­
cesaria para que exista propagación estable por fatiga en un tipico caso de des­
gaste: la interacción rueda-carril en el ferrocarril. 

A calculation method for mode I and II stress intensity factors for cracks 
parallel to a free surfaae is described. This calaulation is needed for the 
application of the Delamination Theory of Wear by rolling and rolling-sliding. 
The results show that the influence of a near free boundary is highly important. 

As an application, the calaulation of the minimal length of propagating sub­
surface cracks is presented for a typical rolling-sliding wear problem: the 
wheel-rail contact. 
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1. INTRODUCCION 

Se están realizando una serie de ensayos para dar un apoyo experimental a 
un tratamiento teórico del desgaste. Los productos de desgaste por rodadura 
- forma de las escamas, estriado de una de sus caras y la presencia de grietas 
internas que corren paralelas y cercanas a la superficie - son motivos que apo­
yan la validez de la Teoría de la Descamación (DTW)/1/ y actualmente se están 
haciendo serios esfuerzos para alcanzar una aplicación cuantitativa del modelo 
de Suh a este problema especifico de desgaste. 

2. EFECTO DE SU?ERFICIE 

Las fórmulas desarrolladas para el cálculo de los SIF /2-4/ se basan ~n la 
mayoría de los casos, en las hipótesis de que la grieta está lo suficiente ale­
jada de los contornos libres del cuerpo como para que estos no influyan sobre 
la distribución de tensiones existente en la grieta. Es decir, que matemática­
mente, los contornos se encuentran a una distancia infinita de la posición de 
la grieta. El efecto de un contorno de superficie libre es aumentar las tensio­
nes en la grieta respecto a la situación en un medio infinito. Análogamente, se 
puede decir que las tensiones en la grieta serán menores si el contorno próximo 
es un cuerpo rígido. 

En la bibliografía sólo aparecen SIF para grietas del tipo de la fig. !,que 
por su simetría se pueden resolver para valores de a/h<1 y, como caso particular, 
el de la fig.2, grieta semi-infinita cercana y perpendicular a una superficie 1~ 
bre. Aqui se presenta la solución de un caso general como el de la fig. 3 me­
diante el método alternante, viable con bastante esfuerzo de ordenador, sobre to 
do cuando la grieta esté muy próxima a la superficie libre. 

Aplicando el método de superposición, se puede decir que el SIF de una gri~ 
ta sometida a una distribución de carga cualquiera F1 y cercana a una superficie 
libre será igual a la suma de: 

1. Los SIF calculados para la grieta con distribución de tensiones F1 pero consi 
derada en sólido infinito. 

2. Los SIF calculados para la misma grieta y en sólido infinito, para una distr~ 
bución de cargas F2 debida a la redistribución de tensiones de F1 a causa del 
efecto de la superficie libre. 

La distribución de tensiones F2 se puede calcular aplicando el método alter 
nante, es decir: 

1. Calculando las tensiones que aparecen en la linea de superficie libre conside 
randa sólido infinito. 

2. Superponiendo en la superficie libre,una distribución opuesta a la calculada 
en el caso anterior y calculando las tensiones en la línea de la grieta (sup~ 
niendo que ésta no existe). 

Estos dos pasos se repetirán sucesivamente hasta que las tensiones de vuel­
ta a la grieta sean lo suficientemente pequeñas para que el SIF que produzcan no 
sea significativo frente a la suma de los ya obtenidos en los pasos anteriores. 

Veamos estos dos pasos con más detalle: 
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l. Para el cálculo de tensiones en la linea de la grieta (suponiendo ésta sold~ 
da), a partir de una distribución de tensiones en la superficie se pueden 
utilizar las fórmulas /5/ que se dan en el Apéndice A. 

2. Para el cálculo de las tensiones en la superficie debidas a la distribución 
de tensiones internas en la grieta se utilizan las fórmulas dadas en el 
Apéndice B, obtenidas a partir de las fórmulas de las tensiones producidas 
en un sólido infinito por una distribución de tensiones internas en un agu­
jero eliptico /6/. 

La aplicación del método alternante no supone que los dos pasos anterior­
mente detallados deban realizarse en cada iteración. Para evitar ese proceso 
tan largo y costoso en tiempo de cálculo, basta realizarlo una sola vez para 
cargas puntuales unidad en la grieta. Con ello se calculan los coeficientes de 
influencia de unas posiciones respecto a otras, es decir: 

t 
a .. P. 
~J J 

( 1 ) 

La carga que aparece en la redistribución de tensiones por efecto de la su­
perficie libre en el punto "i" de la grieta en la iteración "t+l", es igual a la 
suma de los coeficientes de influencia multiplicados por sus respectivas cargas 
puntuales. El coeficiente "a .. " se define como la carga que aparece en el punto 
"i" debido a una carga unidaaJen el punto "j". 

Existen para cada geometría 4 matrices diferentes: 

1. Cálculo de tensiones normales a partir de tensiones normales [A]. 

2. Tensiones tangenciales a partir de tensiones normales [B J . 
3. Tensiones tangenciales a partir de tensiones tangenciales. 

4. Tensiones normales a partir de tensiones tangenciales [o]. 

De esta forma,en una iteración "t" para una geometría general, se tendrá 
una distribución de tensiones puntuales en la grieta formada por tensiones nor 
males {p } y tangenciales {T }, que son las únicas que intervienen en los mO: 
dos I y tI , y : xy 

( 2) 

( 3) 

la carga resultante debido al efecto de superficie libre será: 

t=oo 
{P { p ¿ 

y 
t==l 

y 

{~ 
X ::::00 

~fTl 
,t ,_ \' J - ~ e~ 

y X"\' 
t=l ·~ 

con {p } y {T }-+O,para t-tro 
y X}7 
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De esta forma el problema inicial con superficie libre queda reducido a 
dos distribuciones (la original y la puntual de efecto de superficie) en sóli­
do infinito. 

Para el cálculo de los SIF de una grieta sometida a una distribución in­
terna de cargas puntuales normales y tangenciales a los labios de la grieta se 
pueden utilizar las funciones de Green /7/ que son,para el esquema de la fig.4: 

Kl -
1 

i=n 
¿; 

i=1 
P. 
~ 

/(1+X,) 
~ 

i(l.,..x.) 
~ 

y para el K2 se substituye P. por Q .. 
~ ~ 

Como para resolver esta integral por métodos numéricos con precisión ace.E. 
table se requiere una discretización muy fina, en muchos casos se pueden ajus­
tar las discretizaciones puntuales por polinomios tal que: 

p 

ya que la integral 

tiene solución analitica exacta. 

m 
+ ... +a x 

m 

/(l+x) 

1 ( 1-x) 

3. APLICACION AL CASO DE GRIETAS PARALELAS A LA SUPERFICIE 

dx 

En este caso (fig.S), las matrices [A], [B], [e] y [o] tienen la particu­
laridad de ser simétricas o antisimétricas polarmente con respecto al elemento 
central, es decir: 

[a .. ] con a .. 
~J ~J 

para [A] y [ B J y a . . = -a 
~J pq 

a 
pq 

con p = (n+1)-i y q 

para [e] y [o] 

(n+1)-j 

Con lo anteriormente expuesto se puede abordar el cálculo de los SIF para 
cualquier grieta paralela a una superficie libre en todo el semiespacio infini 
to. 

Si se calculan los SIF para la configuración de la fig. 6 para un b/a de­
terminado y diversos a/h se obtiene: 

siendo a 0 el K proveniente de la fórmula de Green (a/h=O), de esta forma reali 
zando el cálculo para n distintos valores b/a se obtiene: 

2 3 T 
con { a/h} = ( 1, a/h,.(a/h) , a/h) , ••• , ( a/h) I) 
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y finalmente 

siendo P. la carga real en la posición 'b'. 
~ 

Una vez calculada la matriz [A] para calcular el valor del K de una grie­
ta a una profundidad "h" y sometida a una distribución de carga cualquiera "F", 
bastará con realizar el producto de [A] por el vector a/h y la traspuesta 
del resultado multiplicarla por el vector defiri.ido por la distribución "F". 

4. RESULTADOS DEL CALCULO DE LOS SIF 

En las figuras 6 a 9 se representan los valores de K1 y K2 (valores adi­
mensionales de KI y KII) para diferentes profundidades y diferentes tipos de 
cargas (polinomios hasta grado 2, tanto en tracciones como en cortaduras) . 

Como se preveia el efecto de s~perficie libre es muy fuerte en grietas 
cercanas a la superficie. 

5. APLICACION AL DESGASTE. (TEORIA DE LA DESCAMACION) 

La DTW considera que grietas de fatiga se propagan próximas a la su-
perficie bajo la acción repetida de las cargas de contacto, siendo ésta la ma­
nera principal de separación del material en el desgaste, en vez del mecanismo 
de fractura estática supuesto en la teoria de la adhesión. Es evidente la natu 
raleza ciclica del proceso de desgaste y lo que hace atrayente a la DTW es que 
su desarrollo pueda realizarse utilizando los conceptos de la mecánica de la 
fractura. Tál desarrollo es no obstante muy complejo y la DTW no ha llegado to 
davia a ser una teoria que pueda predecir resultados cuantitativos. Sólo se 
tratarán aqui resultados relativos a un aspecto del progreso de desgaste, el 
primero de la secuencia de fenómenos que concluirá con la pérdida de una parti 
cula. 

La parte cercana a la pista de desgaste está fuertemente deformada; se su 
pone que el daño estructural inducido por los altos niveles de deformación 
plástica produce un gran número de defectos a partir de los cuales se desa­
rrollan grietas de fatiga, siempre que sea sobrepasado el umbral de fatiga 
( ill<th) • 

Los núcleos de fractura se suponen asociados a las inclusiones no metáli­
cas. No parece probable la fractura transversal de las colonias de perlita, de 
bido a que la deformación plástica es primordialmente a cortadura bajo un esta 
do de tensiones fuertemente comprensivo. 

La distribución de tensiones bajo el contacto se calculó para el caso 
elástico lineal, sustituyendo el estado elipsoidal de tensiones superficiales 
n~rmal Y tangencial por una distribución de cargas puntuales. Para una pre­
s~ón normal máxima en el centro de 1183 MPa (que es la correspondiente a una 
rueda de 910 mm. de diámetro cargada con 12 Ton. sobre un carril de 14 in. de 
radio de ca~eza),con un umbral de fatiga de 4 MPa m-t medido para este acero 
~8/ Y con d~ferentes valores del coeficiente de fricción, se calculó un limite 
~nferior para el minimo tamaño de defecto propagable. 

La amplitud del factor de intensidad de tensiones de una grieta interna, 
paralela Y cercana a la superficie al paso de un contacto es una 
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mezcla de los modos I (apertura) y II (cortadura en el plano), siendo el modo 
II el dominante. 

Para utilizar los datos disponibles de crecimiento de grietas por fatiga 
en modo I se ha calculado un valor efectivo de la amplitud del factor de inten­
sidad de tensiones en base al criterio de la máxima tensión normal. El creci­
miento de grietas según modos mixtos bajo un estado de tensiones de compresión 
se ha estudiado teniendo en cuenta la fricción en las caras de la grieta; es ne 
cesario suponer un valor para el coeficiente de "fricción interna", 8, y exis­
ten varias razones que hacen suponer fundadamente que este valor debe ser muy 
alto (ausencia de oxidación de las superficies en la grieta, rugosidad de las 
mismas, etc .•• ). 

El máximo valor de ~ para un tamaño de contacto dado y la máxima veloci­
dad de propagación de la gfleta, o el mínimo tamaño de grieta propagable, es de­
cir, la profundidad más probable de propagación y por lo tanto el espesor de las 
particulas, ocurre a profundidades de 0.1-0.2 a (siendo "a" la semianchura de la 
zona de contacto) dependiendo del coeficiente de fricción. Este nivel está condi 
cionado por el nivel de tensiones tangenciales. Una consecuencia inmediata es 
que el campo de tensiones macroscópicas en la zona de contacto únicamente puede 
ser responsable de los fallos de fatiga de contacto y no del desgaste. Para ver 
esto con claridad, en. la fig. 10 se presentan las isolineas de tensión neta de 
cortadura bajo un contacto de Hertz y en la fig. 11 las isolineas de minimo tama 
ño de defecto. propagable a que dan lugar y se aprecia que son del orden de mm. 

El desgaste deberá ser desarrollado apartir del campo local de tensiones 
asociado a microcontactos distribuidos sobre la superficie del área de contacto 
aparente. El tamaño de las asperezas responsables de estos microcontactos debe 
estar relacionado con la rugosidad de las superficies, parcialmente determinada 
por el tamaño de las particulas de desgaste desprendidas y por la velocidad de 
desgaste, pero por el momento su valor no se puede predecir. 

Las dos figuras siguientes (fig. 12 y 13) presentan el resultado del paso 
de microcontactos cargados con una presión uniforme igual a la dureza del mate­
rial, lo cual puede considerarse como un limite superior para la presión del mi­
crocontacto. La primera muestra la influencia del coeficiente de fricción so­
bre el tamaño minimo de nucleación de grietas y sobre la profundidad de nuclea 
ción para asperezas de 40 ~; los valores absolutos de ambas, tamaño de nucle~ 
ción y profundidad probable de crecimiento, son ahora muy lógicos si los nü­
cleos se identifican con las inclusiones no metálicas del acero. Un coeficien­
te de fricción más alto (o más deslizamiento) implica nucleación de más parti­
culas de desgaste y un ensanchamiento de la distribución -de sus espesores. La 
última figura indica la influencia del tamaño de los microcontactos; la capaci 
dad de nucleación de pequeños contactos es grande, pero limitada a pequeñas -
profundidades; grandes asperezas producirán particulas más gruesas pero menos 
frecuentes debido a la menor probabilidad de que existan grandes inclusiones. 

APENDICE A: DISTRIBUCION DE TENSIONES SOBRE LA GRIETA 

Siguiendo los pasos oe oLros investigadores /9-12/, se utiliza la solu­
ción de Flamant /13/ para una carga puntual f (en realidad,una linea de carga 
ya que setratade aefo:rmac:i.6n plana aplicada en la superficie de un semiespacio 
infinito, Fig. 15. 
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El punto P se considera que es un punto de la grieta. Sólamente interesa 
calcular las tensiones que no se puedan trasmitir cuando aparezca la grieta, 
que si en este caso se considerá paralela a la superficie serán s(y) y t(xy) 
con: 

S (y) 

t(xy) 

2f 
'!Ty 

3 
cos e cos(e+a) 

2f 2 
sene cos e cos(e+a) 

'1TY 

APENDICE B: DISTRIBUCION DE TENSIONES EN LA SUPERFICIE 

Anteriormente ya se han ~echo intentos en este sentido por medio de apro­
ximaciones. /!Ji 10, 11/. 

En este caso se ha utilizado la solución exacta elástica de tensiones en 
un sólido infinito,en deformación plana, sometido a cargas en un trozo de un 
agujero elíptico de relación entre ejes b/a = O con lo que en realidad se tra 
ta de un corte recto pasante (grieta) dentro del sólido. 

Los estados de deformación y tensión plana en régimen elástico lineal (en 
un sólido isotrópico, homogéneo, sin fuerzas de cuerpo ni tensiones térmicas, 
etc ••• ) se pueden expresar a partir de la función de Airy por medio de dos fun 
ciones de variable compleja z = x+iy: 

cf>(z) y tjJ ( z) 

p,ara el caso de tensiones en un sólido infinito con un agujero elíptico se ha­
ce un cambio de variable: 

1 z = w(t;) = R( .~ms) 

Para el caso de una grieta m = O y R = a/2,siendo a la semilongitud de la grie­
ta,con lo que: 

X a (P + ~) cos(e) = a senh(u) cos(8} 
2 p 

y a 1 
(p + -) sen(8) a cosh(u) sen(e) 

2 p 

definiendo: 

y 

La tensión en un punto de coordenadas cartesianas (x,y) (o curvilíneas p 
Y 8 O de COOrdenadas Cilfndricas-homofocaleS U y V es: 

( ) C1 + Real(C2) 
a p = 2 
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S ( 8) 
C1-Real (C2) 

2 

t(pe) = Imag.(C2) 
2 

(esto en coordenadas curvilineas¡ para pasar a cartesianas hay que hacer un 
cambio de ejes), después, 

C1 = 4 Real (~(~)) 

y finalmente: 

p 

2'1Ti 
R s2 r. 1 ] - ~ log 71 + L_R(~+ ~)-z2 log(s2-~) 

[R( ~+ t> -zi] log (si-~) 
X (z1-z2) log ~} - x+1 

IJ! ( ~) 
p 2R s2 R(s1-s2) 

1+~2 
=--

- E2 -1 -
log ST + 

~2 -1 2'1Ti 

2 (z1-z2) 

~-1 

con P = (p+iq) siendo p y q las cargas normales y tangenciales aplicadas uni­
formemente en el trozo de agujero z2-z1 y con s e 1 siendo el ángulo corres­
pondiente a los puntos z1 y z2 respectivamente. 
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Fig. 2.- Grieta perpendicular a una 
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Fig. 3.- Grieta cercana a una super­
ficie libre. 

Fig. 4.- Grieta en sólido infinito. 
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a una superficie libre. 

146 



18. !210 

~ 
16. 0121 

14. 00 

12. 13121 

,.....,. 
* o H!. 0121 

* .......... 
o_ ......., 

B. 121!21 1-
0::: 
o 
(f) 

6.121121 
* o_ 

' ........ 
::::S::: 4. !21121 :t-* 

2. 11113 + 
+ 

121. 00 

121. 12!121 

* 

+ * + * + 

* Tracción uniforme 

O lineal 

+ cuadratica 

* + 

1. 12112! 2. 121121 a. 121121 4. 121121 5. 1210 

profundidad de la grieta (h/a) 

Fig. 6.- Valores de KI normalizado para diferentes tipos de carga 
en función de la profundidad. 

121.5121 

3. 4121 ~ * 

,.....,. 
o 
* .......... 
o_ ......., 
l-a 0.2121 
(f) 

* ~ ~ ........ 
::::S::: 121.1121 ~ 

121. 121121 

0.121121 

t::.. 
o o 

l+ Cortadura uniforme 

O lineal 

t:. cuadratica 

.... 
1.1il121 2.1Zllil 3.0121 4.12!121 5.1210 

profundidad de la grieta (h/a) 

Fig. 7.- Valores de KI normalizado para diferentes tipo de carga 
en función de la profundidad. 

147 



3.5121 

3.0!21 ~ * Tracción uniforme 

o lineal 

+ cuadratíca 

2. 5!21 

* 2. (21(21 

1. 50 

1.1210 

0.50 

* 
0. 121121 t + 

121. 012! 1. 121121 2. 00 3. 012! 4. 30 5.1210 

1. 5121 

1. 20 

,-...... 121. 9121 
o 
* ......... 
o_ ..._... 
l-
O::: 0.812! 
C3 
(f) 

* o_ 
......... 
N 
::::S:: 121.3121 

Fig. 8.-

* * 

profundidad de la grieta (h/a) 
valores de KII normalizados para diferentes tipos de 

carga en función de la profundidad. 

* Cortadura uniforme 

o 
b. 

1. 00 2. 00 3. 0121 4. 0121 

protundidad de la grieta (h/a) 

lineal 

cuadratica 

5.1210 

Fig. 9.- Valores de KII normalizados para diferentes tipos de 
carga en función de la profundidad. 

148 



1.5a a 

0.25a 

0.5 Q 

X 

a = semi-anchura contacto 

S (coeficiente de fricción 
en grieta) 

O.Sa 
o 

z 

Q75a 0.75a 

O ¡..m 

121 ¡..rn 

Fig. 10.- Contacto de Hertz isolfneas Zxz corregida Y normalizada 
por la presión máxima de contacto. 

1.5a a X 

Fig. 11.- Isolineas tamafio mfnima de grieta en mm 

149 

0.5a 

o 

z 

0.75a 



2121.. 00 

18. 00 

,-..... 
(D 

¡ 16.00 

* * ~ ...-. 
* 

14.00 

E 
~ 

_e 
12.00 

+> 
m 
e 10.00 
(J) 

......... 

~ 
o 8. 00 
o 
L 
o 6. 0!2l 

......... 
o 
E 4. !2l!2l ...... 
e ...... 
E 2. 12!12! 

12!.12!12! 

,......... 
(j) 14. 12!0 o 
L 

l 
' t 
L 

~ 
f 
f 

t 
1 
r 

~ 

t 
r 
l 
' 
f 
~ 
' ' ' 1 

L 

p =O. 5 

a= 20 pm 
~=l 

l 
1 
j 

1 . 

J 

12!. 12!12! 12!. 512! l. 12!12! l. 5l2l 2. l2l!2l 2. 5l2l 3. 0l2l 3. 5l2l 4. 0l2l 4.5l2l 5.l2ll2l 

depth Cm* 10**-6) 

Fig. 12.- Longitud mínima de grieta para cada profundidad en 
función del coeficiente 9e fricción externo. 

o· ...... 
E 
~ 

(j) 
o 

+> 
(J) ...... 
L 
m 
m 

-o 
o 
E ....... 
e ...... 
E 

-o 
:::l 

+> ...... 
m 
e 
o ...--. 

12.00 
a= 10 ¡..m 

a= 5 f.J11 

10. !2l0 

B. 0l2l 

1 
6.12!0 

Coeficiente de fricción externo u = 0.1 

interno 

Radio contactos asperezas = a 

1 
1 
1 

~ 
1 
1 
! 

1 L ___ ____. ______ J ---1---_j 
l2l. l2ll2l 

4. !2ll2l 
1.l2ll2l 2.0l2l 3.0l2l 

profundidad (micras) 
4. 012! 

Fig. 13.- Longitud mínima de grietas para cada profundidad en 

función del tamaño de la aspereza. 

1 

5.13121 



X 

P(x,y) 

y 

Fig. 14.- Esquema de carga superficial. 

151 



CURVAS DE INICIACION EN ALAMBRES DE PRETENSADO. INFLUENCIA DE LA 
PROBABILIDAD Y LONGITUD. 

F.J.Belzunce, E.Fernández Rico y A.Fernández Canteli. 

E.T.S.Ingenieros Industriales de Gijón. Ctra. de Castiello s/n. Gijón. 

Se calcula la vida de iniciación en probetas de acero de pretensado como 
diferencia de la vida total a fatiga y de la vida de propagación estimada según 
la ley de Paris, considerando un defecto umbral para propagación de 250~m. 

El análisis demuestra la dependencia de la vida de iniciación respecto de 
la probabilidad de rotura (probabilidad de contener un defecto mayor que uno 
dado), de la longitud de probeta y del rango de tensión. 

The fatigue initiation life in steel prestressing wires is determined as 
the difference between the total fatigue life and the propagation life (which 
is calculated from Paris'law) for a threshold crack propagation dépth. of 250~m 

The analysis shows the depedence of the initiation life on failure(probab­
ility of a crack bigger than a known crack appearing), specimen size and stress 
amplitude. 
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1.- INTRODUCCION 

La vida a fatiga de un aldmbre de pretensado se éompone de dos partes el~ 
ramente diferenciadas: la vida de iniciación N. o período de tiempo necesario 
para que los defectos existentes en su superfieie se conviertan en fisuras de 
una cierta profundidad, y la vida de propagación, N , o período en el que las 
fisuras crecen de acuerdo con la ley de propagación ~ley de Paris normalmente) 
obtenida experimentalmente según la Mecánica de la Fractura elástica lineal p~ 
ra estos aceros, 

N= N. +N 
~ p 

Esta diferenciación es clara desde el punto de vista de Mecánica de Frac­
tura que analiza la respuesta meéánica del elemento en el transcurso del ensayo 
de fatiga bajo un amplitud de carga constante. Así el daño por fatiga se locali 
zará desde un primer momento en un punto de la superficie de la probeta espe­
cialmente débil en virtud de la existencia de muescas, debidas al propio proc~ 
so de fabricación o a la manipulación posterior, tensiones residuales, ataque 
corrosivo, etc. A consecuencia de la concentración de tensiones inducida al­
rededor del defecto inicial se creará una zona plástica en la que se iniciará 
la fisura de fatiga. 

En un principio ymientrasno alcance un determinado valor umbral, su ava~ 
ce está controlado por el campo de tensiones y deformaciones asociado a la zo 
na plástica generada alrededor del defecto superficial (ver figura 1). Este pr9 
ceso corresponde a la fase de iniciación. 

Sin embargo, cuando la fisura sobrepasa la región afectada por el defecto 
generador superficial, su avance queda controlado por el factor de intensidad 
de tensiones, dependiente de la propia fisura y de la carga impuesta: es la fa 
se de propagación. 

Según este criterio se interpreta que la fase de iniciación engloba la nu 
cleación y el crecimiento lento de la fisura hasta un cierto valor umbral. 

2.- PROBETAS CON DEFECTOS MENORES QUE EL UMBRAL 

Hemos tomado un valor umbral de fisura de 250~m. en base a las razones si 
guientes: 

a) Se considera que para esta profundidad los defectos superficiales pe~ 
derán efecto (representan tamaños menores) y el avance de la fisura 
dependerá solamente del comportamiento mecánico del metal. 

b) Elices et al. /1,2/, han puesto en evidencia en aceros de pretensado 
la existencia de tensiones residuales importantes, que se extienden 
hasta una profundidad cercana a las 250~m 

e) La ley de propagación de fisuras en alambres ~é ~retensado ha sido ob 
tenida para valores de ~K superiores a 15MN.m 3 1 • Por esta razón no 
conocemos actualmente el comportamiento de fisuras de tamaño inferior 
al umbral de 250~m. 

Una vez establecidos estos criterios básicos hemos tomado los resultados 
de la experimentación desarrollada en el Laboratorio Federal de Ensayos de D~ 
bendorf, EMPA, Suiza /3/, con alambre's de acero de pretensado de ?mm de diám~ 
tro, desde 1980 a 1983. Los ensayos se realizaron sobre 3 series de probetas 
con longitudes de 140, 1960 y 8540 mm a diferentes niveles de tensión que van 
desde 260 a 630 MPa, y bajo una tensión máxima constante de 1190 MPa (0,7 R). 

m 
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Los resultados de los ensayos se trataron según el modelo estadístico de 
Castillo /4/ para obtener las correspondientes curvas de Wohler para diferentes 
longitudes de probeta con inclusión de la probabilidad de rotura. La ecuación 
del campo de Wohler para una probabilidad de rotura P determinada viene dada: 

(Ln N- B). (Ln ~O - C) 1 
1/A 1 D (-L /L).Ln(1 - P) -E 

o 

Los parámetros A,B,C,D y E se estiman maximizando la función de verosimi 
litud. 

Aplicando entonces el criterio comentado al princ1pio de este trabajo, es 
posible obtener la vida de iniciación por diferencia entre la vida total N co 
nacida y la vida de propagación N • 

p 

La obtención de la vida de propagación N o número de ciclos que consume 
la fisura en avanzar desde un tamaño de 250~m~ hasta su valor critico a se ha 
realizadoutilizando la velocidad de propagación de fisuras determinada ~or Sán 
chez Gálvez et al /5/ en estos aceros, 

da/dN = 11,08.10-12 (~K) 2 ' 3 

Valiente /2/ ha calculado, aplicando un método de elementos finitos, el 
factor de intensidad de tensión en alambres fisurados: 

K= M O(Tia)
1/ 2 

con M= 0,94 para a/D > 0,15 

y M lo,473-3,286(a/D)+14,797(a/D)
2 !112

.tc3./D)-(a/p)2.¡-
1

1
4 

para a/D > 0,15 

D es el diámetro del alambre 

Integrando la 
el defecto inicial 
propagación N . 

expresión de la velocidad de propagación de fisuras desde 
de 250~m. hasta el defecto crítico a se obtiene la vida de 

e 
. P 

El valor critico de la fisura a se obtiene igualando la expresión del 
factor K para a = a , (1190 MPa) coR la tenacidad de fractura de estos aceros 

max 

Se obtienen de este modo las curvas de iniciación 
forma característica aparece representada en la figura 
número de ciclos necesarios para generar en el alambre 
profundidad. 

3.- PROBETAS CON DEFECTOS MAYORES DE 250~m 

de fisuras N.-~o, cuya 
~ 2, que corresponde al 

una fisura de 250~m. de 

En el caso de las longitudes de probeta mayores (1960 y 8540 mm) y prob~ 
bilidad de rotura más bajas, el tamaño de los defectos iniciales existentes en 
la superficie de los alambres pueden ser mayores que 250~m. /6/. 

Las curvas de iniciación obtenidas en estos casos (a >250~m) muestran la 
forma representada en la figura 3 en la que se observa qu~ a partir de un de­
terminado nivel de tensión (~o ) la vida de iniciación N. se anula y el alambre 
se encuentra en fase de propa~ción desde el primer ciclB de carga, es decir, 
en estos casos la vida de propagación correspondería al crecimiento de la fi­
sura desde su valor inicial (a0>250~m) hasta su tamaño critico ac. Sin em-
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bargo para los niveles del rango de tensión inferiores (~cr < ~a ) , a pesar del 
tamaño de los defectos iniciales presentes, existe cierto perio8o de iniciación 
tanto mayor cuanto menor es la magnitud de la tensión aplicada. Aquí, el inter­
valo del factor de intensidad de tensión que actúa al iniciar el ensayo es muy 
pequeño (~K< 13MN.m- 3

/
2

) y el periodo de iniciación N. correspondería al núme 
ro de ciclos necesarios para acumular un daño tal alreaedor del defecto inicial 
como para hacer avanzar la fisura, es decir, el periodo necesario para hacer 
crecer lentamente el defecto inicial a hasta un tamaño a tal que el rango del 
factor de intensidad de tensión sea ~K0 , deducido a partii! del valor de ~cr para 
un defecto inicial conocido a , P P 

o 
1/2 

~K = 0,94.~cr . (Tia ) 
p p o 

El rango del factor de intensidad de tensión óK para un ócr cualquiera y 
una fisura de tamaño a será: 

p 
1/2 

~K= 0,94.6cr. (Tia ) 
p 

Igualando ambos factores, resulta: 

a = (1/TI} .(óK /0,94.6cr)
2 

p p 

La vida de iniciación N. la calcularíamos en todos estos casos 
de la vida total N la corres~ondiente a la propagación de la fisura 
hasta el valor crítico a • 

e 

restando 
desde a 

p 

Las curvas de ·iniciación de fisuras correspondientes a las 3 series de 
probetas ensayadas (140, 1960 y 8540mm) y para diferentes probabilidades se pr~ 
sentan en las figuras 4 a 6. 

4.- CONCLUSIONES 

Sobre las curvas de iniciación se pueden destacar las observaciones si­
guientes: 

1) En las probetas más cortas (140mm, longitud habitual de ensayo) existe 
fase de iniciación incluso en los ensayos realizados con amplitudes de 
tensión más alta (~a=630MPa), salvo en el caso de probabilidades muy 
bajas <<5%. 

2) Por el contrario las probetas más largas (1960 y 8540mm) muestran fa­
se de iniciación solamente para amplitudes de tensión menores o bien 
para amplitudes de tensión y probabilidades de rotura altos. 

3) Para amplitudes de tensión próximas al limite de endurancia, en todos 
los casos (todos los tamaños y todas las probabilidades), el número 
de ciclos de la fase de propagación es despreciable frente al corre~ 
pendiente a la iniciación, de modo que es esta última la fase determi 
nante. 

Por último se representan en la tabla 1 los valores ~K obtenidos en el 
proceso ... de Cálculo, .Nótese_ g11e ·e.s:tos valores, que definen e1: intervalo del 
factor de inte:PJ.sidad d.e t'ension'é_s a partir del cual se inicia la fase de pro­
pagáción, -muestran. una variación pequeña-para las diferentes probetas y proba­
bilidades, fluctuando entre los valores extremos de 8,8 y 12,BMN.m- 3

/
2

• 

En cÚalquier cáso se·trata siempre de valores cercanos a 15MN.m~ 3 / 2 ~ lími­
te inferior experimental de la'ley de propagación de fisuras en estos alambres, 
lo que .a su vez justífica la suposición de que la fase de inicüición -se extiende 
hasta alcanzar este valor. 
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TABLA 1- Valores de óK (MN.m-
312

) al finalizar la fase de 

iniciación, deancidos para los ensayos analizados 

p Long. 140 Long. 1960 Long. 8540 

0,0 8,8 8,8 8,8 
o ,1 11 ,o 10,0 
0,2 12,2 10,4 
0,3 10,7 
0,4 11, 1 
0,5 11,5 
0,6 12,0 
0,7 12,8 

- .· . 
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CAPACrffiiZACim DEL CXJVPORTJVJIIENTO EN FATIGA UN ACERO <ST 52/35) 

PARA ESFEAAS DE ALML\CENJ.V~IENTO FMGILIZAOO POR HIDROGENJ 

Federico Gutierrez-Solana Salcedo 

EscueZa Técnica Superior de Ingenieros de Caminos 3 Canales y Puertos 

Universidad de Cantabria 

SANTANDER 

RESUMEN 

Este trabajo presenta Za caracterización de un acero ST 52/35 ante fenómenos 
de fatiga, aplicando Zas técnicas relacionadas con Mecánica de P.ractura3 en 
el aire y en presencia de hidrógeno3 para su aplicación en el diseño estruc­
tural de sistemas de almacenamiento de gases combustibles que pueden ser en­
riquecidos con hidrógeno o sustituidos por él. 

El desarrollo de los procesos de caracterización permite apuntar una serie de 
criterios a tener en cuenta en la metodologia ante Za ausencia de una normati 
va que cubra completamente la misma. 

SUMMARY 

This work presents the characterization to fatigue phenomena of a steel {ST 
52/35) 3 using Fracture Mechanics teahniqu~s, in air and in simulated hydro-
gen atmosphere, to be applied to the·design ~torage systems of gas that can 
be partiaiZy, ~Dr toY:atly substituted by hydrogen. 

Afte:r> this work !!eVerdZ metodoZogicaZ points are suggested due to the absen­
ce of a standard that cover aZZ the characterization process. 
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1.- INTRODUCCION 

El estudio de la seguridad de los recipientes empleados en el transporte 
y almacenamiento de gases combustibles es una cuestión de sumo interés que vie 
ne siendo abordada recientemente en base a los conocimientos de MecanicadeFrac 
tura. 

El enriquecimiento de estos gases con hidrógeno o la sustitución de los 
mismos por éste, muestra la necesidad de conocer el comportamiento de los ma­
teriales utilizados para la construcción de estos recipientes en presencia de 
hidrógeno pensando en su posible efecto fragilizante. 

En este trabajo se aborda la caracterización del comportamiento en fati 
ga de un acero ferrítico-perlítico ST 52/35 (Tabla 1), utilizado en esferas 
de almacenamiento, como punto de partida para su empleo en posibles diseños 
estructurales. Esta caracterización se ha realizado en el aire, como referen­
cia, y en presencia de hidrógeno. 

2.- CARACTERIZACION EN EL AIRE 

La caracterización en el aire se realizó sobre probetas tipo compacto,de 
12,5 mm de espesor, cuya expresión del factor de intensidad de tensiones, K1, 
es conocida /1/. Estas probetas se ensayaron a fatiga con una relación de car­
gas R=0.1, determinándose inicialmente el valor umbral, 6Kth' y posteriormen­
te la ley de propagación en estado II de tipo París. 

Para la determinación del valor umbral se dieron distintos escalones de 
carga en forma decreciente, 6K decrecientes, con unos saltos que variaron del 
5 al 2% al aproximarse al valor buscado, para evitar problemas de paradas en 
la propagación debidas a efectos de cargas previas. Se estudió en cada escalón 
la velocidad de propagación, da/dN, alcanzada en relación con el tamaño de la 
zona plástica previa obtenida en el escalón de carga anterior, notándose una 
estabilización de la misma, (da/dN)*, al dejar de ser influida por zonas plas 
ticas anteriores. La Figura 1 muestra este análisis, sugiriendose por tanto -
como valores validos de velocidad de propagación aquellos alcanzados tras una 
propagación en un escalón i dado por el valor 6a. = 1/rr. (K2 . 1-K2 . ) 1 a2 (1) 

1. max 1.- max 1. Y 

La Figura 2, muestra la relación logarítmica 6K, da/dN en la zona próxi­
ma al umbral, estado I, obtenida de los ensayos de dos probetas, sobre las que 
se midió el umbral en tres posiciones de parada de la propagación. El valor me 
dio alcanzado fue de 9.2 MPa.m1/2, y la dispersión ±7,5%, que no parece aleato 
ría sino, como se aprecie en la Figura 3, está influenciada por la longitud re 
lativa de la fisura, a/w, en el instante de la parada, debido a efecto de los-

·mtcanismos de cierre. 

Tras la obtención del valor umbral, se obtuvo la caracterización de la 
zona de propagación, estado II, mediante la expresión 

da/dN == 2.1. 10-14 .6K4 •8 (2) 

La Figura 4, muestra el comportamiento obtenido que fue comparable al 
previamente observado para aceros semejantes. /2/. 

3.- CARACTERIZACION EN PRESENCIA DE HIDROGENO 

Para caracterizar el en presencia de hidrógeno se procedió pre 
viamente a polarizar catódicamente las probetas en una solución 1N de H2so4 
con una densidad de corriente de 1 mA/cm2. El hidrógeno que así entra en el 
material tiene un efecto fragilizante sobre este tipo de aceros, medido en 
términos de pérdida de de equivalente al que origina un am-
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biente de hidrógeno gaseoso con presión de 7 a 10 MPa. /3/. 

Las probetas se recubrieron posteriormente con Cadmio en un proceso elec­
trolítico para evitar la difusión del hidrógeno interno al exterior. La carac 
terización en fatiga se realizó sobre las probetas así preparadas de forma aná= 
loga a la realizada en aire. La Figura 5 muestra los resultados obtenidos para 
el valor umbral, comparándolos con los obtenidos en el aire. Si bien, como pue­
de apreciarse, los valores de ~Kth son inferiores, la diferencia puede ser debí 
da al efecto de la longitud de la grieta de parada exclusivamente, no aparecien 
do una influencia importante de la presencia de hidrógeno. 

La Figura 6 muestra los resultados de la propagación en zona II, donde se 
observa una mayor velocidad de propagación con respecto a los ensayos realiza­
dos en el aire debido a la presencia de hidrógeno. Este efecto es dependiente 
de la frecuencia de ensayo, de modo que para cada frecuencia existe una veloci 
dad de propagación límite por encima de la cual no se manifiesta el efecto del 
hidrógeno, debido a que no le da tiempo a alcanzar el de la grieta por difusión 
en el proceso de avance de la misma. 

Finalmente se alcanzó un valor de KIC para el material así fragilizado de 
47 MPa.m1/2, concordante con valores previamente determinados, aproximadamente 
3 veces inferior al de materiales de este tipo sin fragilizar /3,4/. 

4.- CONCLUSIONES SOBRE EL COMPORTAMIENTO DEL MATERIAL 

Los resultados obtenidos destacan que para frecuencias por debajo de una 
dada la presencia de hidrógeno en las condiciones ensayadas aumenta la veloci­
dad de propagación de 5 a 10 veces. En las aplicaciones de este material en e~ 
feras de almacenamiento, las frecuencias de los estados de carga previstos son. 
suficientemente bajas para que la presencia de hidrógeno sea un factor muy im­
portante a considerar a la hora del diseño. Dependiendo de su presión parcial, 
el hidrógeno existente puede reducir considerablemente la vida de una estructu 
ra debido a una propagación más rápida (x10) y a una disminución de la tenaci­
dad a f~actura del material (x3). Es decir, que los tiempos de vida útil pre­
viamente calculados en condiciones ambientales normales y en estado de fisura­
C10n inicial /5/, pueden verse reducidos a valores cuando menos preocupantes, 
caso de tener hidrógeno almacenado. 

5.- RECOMENCADIONES SOBRE LAMETODOLOGIA 

La falta de normativa que cubra totalmente los procesos de caracterización 
seguidos en este trabajo, ha obligado a la realización de comprobaciones acce­
sorias que permiten hacer algunas recomendaciones complementarias a la normati 
va existente sobre el tema /6/, como son: 

-Los escalones de disminución de cargas para la localización del valor um 
bral deben variar del 5 al 2% en las proximidades de éste. 

-Los datos de propagación obtenidos seranválidos una vez sobrepasado en 
cada escalón la zona influenciada por la plastificación debida al esca­
lón anterior, siendo una expresión de esta zona la dada en la ecuación (1). 

-Los valores de ~Kth son dependientes de la longitud de fisura de parada, 
siendo necesario abordar este hecho considerando los micromecanismos de 
propagación y cierre. 

-En el estudio de propagación por fatiga en medios agresivos se observa 
que las variaciones de frecuencia de menor a mayor or1g1nan retrasos en 
la velocidad de propagación (Figura 6) por lo que deben evitarse. 
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TABLA 1 - Características del acero ST 52/35 

Composición química (% Peso) 

e 
0.16 

S 
0.04 

p 

0.02 
Si 

0.27 

Límite elástico 
Resistencia a tracción 
Deformación bajo carga 

Mn 
1.45 

365 MPa 
530 Mpa 

máxima 22% 

4 

Figurá/1.- Efecto del escalón de carga previo en la velocidad de 
propagación. 
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CONDICIONES PARA INICIACION Y CRECIMIENTO DE MICROFISURAS POR 
FATIGA EN ACEROS DE PRETENSADO. 

F.J. Llorca Martinez y V. Sanchez-Galvez 

Departamento de Fisica y Fisica de Materiales. E.T.S. de Ingenieros de Caminos 
Canales y Puertos. Universidad Politécnica de Madrid. 

RESUMEN 

Esta comunicación presenta Zos primeros resultados de una investigación 
que se ZZeva a cabo para determinar Zas condiciones para iniciación y propa­
gación de microfisuras por fatiga en aceros de pretensado. Se ha determinado 
Za curva tensión-deformación cicZica deZ material. Se supone que Za inicia-­
ción de microfisuras tiene Zugar por Za creación de una zona plástica super­
ficial aZ superarse eZ limite elástico por Za acción,conjunta de la tensión 
aplicada y de las tensiones residuales. La medida de Za propagación de micro 
fisuras se basa en la medida de Za caida de tensión cuando se aplica una co~ 
rriente alterna de alta frecuencia. 

SUMruWRY 

This paper presents the first resuZts of a research being carried out 
to determine the conditions for initiation and growth of fatigue microcracks 
in prestressing steeZs. The cyclic stress-strain curve of the material has 
been obtained. Microcrack initiation is assumed to happen by the nucleation 
of a pZastic zone when the cycZic yield stress is reached by the applied 
stress acting together with the residual stresses. Microcrack growth measu­
rements are performed by means of the potential drop when a high frequency 
aZternate current is appZied. 
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l. INTRODUCCION 

Una de las cuestiones a las que se ha dedicado mas interés dentro del 
campo de la fatiga de illos materiales metálicos es el comportamiento de las 
microfisuras /1-3/. Este interés por la cuestión apareció a principios de la 
década de los ochenta, cuando surgen las primeras publicaciones con resulta­
dos experimentales que no estaban de acuerdo con las predicciones de la teo­
ría clásica de propagación de fisuras por fatiga. La atención dedicada a es­
te tema esta justificada por la enorme influencia que tiene en algunas oca­
siones el periodo de iniciación y de propagación de microfisuras en la vida 
total de una estructura sometida a cargas cíclicas. En efecto, las fases en 
el desarrollo de una fisura por fatiga son las siguientes: 

a) Daño inicial (endurecimiento o ablandamiento cíclico) 
b) Aparición de varias fisuras microscópicas 
e) Coalescencia y crecimiento de microfisuras 
d) Propagación de fisuras 
e) Rotura 

En general, el número de ciclos necesarios para la propagación de una 
fisura (N) se suele representar por la suma de los ciclos necesarios para 
iniciarla (Ni) mas los necesarios para propagarla (N ). 

p 

N= N. +N 
1 p 

(1) 

En esta expresión Ni es igual a los ciclos empleados en las fases a), 
b) y e) y N a los empleados en d) y e). En fatiga de alto número de ciclos 
(N > 106 ciglos) se ha comprobado para todos los materiales metálicos que 
N./N ~ 0,9, mientras que N /N~ 0.1. Es obvio el interés que tiene en estas 
situaciones el estudio de l~s condiciones de iniciación y propagación de mi-
crofisuras. 

Este artículo presenta los primeros resultados de la investigación que 
se esta realizando en el Departamento de Física y Física de Materiales de la 
E.T.S. de Ingenieros de Caminos de Madrid en aceros de pretensado. 

INICIACION DE MICROFISURAS 

La condición para la iniciación de una microfisura en una superficie ~­
lisa es la aparición en dicha superficie de deformaciones plásticas cícli­
cas que originan discontinuidades en el material y producen su fisuración. 
Desde un punto de vista matemático la condición de iniciación puede expre-­
sarse de la siguiente forma: 

~0n > ilcrth,i donde (2) 

ila es la amplitud nominal de las tensiones en cada ciclo y ila h . es la mí 
ni~a amplitud nominal de tensiones que produce la iniciación d~ •1 fisuras -
y que es una característica del material, del tipo de solicitación y de la 
geometría. 

Sin embargo, existen algunos factores que pueden producir la iniciación 
de fisuras para ~crn < ~crth,i: 

a) Concentraciones de tensiones 

Las concentraciones de tensiones pueden aparecer por diversas causas; 
unas son de carácter microestructural (aparición de defectos superficiales 
por separación de las inclusiones de matriz) y otras debidas al proceso de 
fabricación (existencia de defectos superficiales importantes). En cualquie~ 
ra de estos casos puede ocurrir que para ~a < ~a h . se verifique: n t ,1 
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15.a = K t 15.a n > 15.a th , i donde (3) 

/5.0 es la oscilación de tensiones en la zona donde se va a generar la fisura 
y Kt es el factor de concentración de tensiones. 

b) Tensiones residuales superficiales 

Si existen tensiones residuales de tracción en la superficie puede ocu­
rrir que 

0 R + 0 max > 0 yc donde (4) 

(Ju son las tensiones residuales superficiales, a la máxima tensión en un 
~ 1 1 1~ · 1; · ~ 1· E max 1 1 1~ · c1c o y a e 1m1te e ast1co c1c 1co. n este caso, a superar e 1m1te -

elástico ticlico se originan deformaciones plásticas que producen la inicia­
ción de grietas. 

e) Disminución del límite elástico del material 

La disminución del límite elástico del material se produce por ablanda­
miento cíclico. 

3 • DETERMINACION DEL UMBRAL DE INICIACION EN ACERO DE PRETENSADO 

La composición química y características mecánicas del material se en­
cuentran en la tabla l. Es un acero perlítico, trefilado hasta obtener alam­
bres de sección circular de 7 mm. de diámetro. Para poder obtener el valor 
de /5.o h . se han estudiado los parámetros que pueden afectarlo. 

t ,1 

Las concentraciones de tensiones de estos materiales son debidas a los 
importantes defectos superficiales que se observan en el material de parti­
da /4/ que tienen con frecuencia profundidades superiores a lOO ~m y en al­
gunos casos llegan a 250 ~m. Frente a estos defectos las características mi 
croestructurales son despreciables. 

Para determinar el comportamiento cíclico del material se han realiza­
do ensayos con control de deformación, imponiendo diversos valores de defoE 
mación máxima en cada ciclo (E ) y de amplitud de deformaciones (15.E). El 
ensayo se detenía cuando /5.o ymax Omax permanecían constantes. Cuando Emax 
< 0.55% para cualquier valor de Re = Emin/Emax >o, no se han encontrado di­
ferencias entre el comportamiento cíclico y el estático (ver figura 1). Pa­
ra valores de ~max mayores se observa un ablandamiento cíclico del material 
que aumenta cuando lo hacen Emax y 15.E (ver figura 2, resultados para Emax 
~ !J..E). 

Las tensiones residuales en la superficie de las probetas se han cale~ 
lado mediante la determinación de las deformaciones en los planos 2:1:1 de 
difracción de los cristales de ferrita con un equipo Rigaku de defracción 
por rayos X /5/. Los valores medidos varían mucho de unas probetas a otras 
y llegan a alcanzar hasta 400 MPa en tracción y 300 MPa en compresión. Las 
tensiones máximas y mínimas están orientadas a lo largo de las generatrices 
de las probetas, permaneciendo con valores similares dentro de cada genera­
triz y sufriendo bruscas variaciones de una generatriz a otra dentro de ca­
da probeta. Para determinar el valor estable de estas tensiones residuales 
después de varios ciclos de carga y descarga se están realizando cálculos 
elastoplásticos mediante el método de los elementos finitos. Las caracterís­
ticas de la malla utilizada y de la distribución radial de las tensiones re 
siduales pueden observarse en las figuras 3 y 4. 
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4 PROPAGACION DE MICROFISURAS 

Los factores más importantes a tener en cuenta en la determinación de 
la velocidad y el umbral de propagación de microfisuras son los siguientes: 

a) La variación del valor de la integral J en cada ciclo (~J) ya que el ta 
maño de la zona plástica en el borde de la fisura no es despreciable frente 
a la longitud de la fisura. Esto obliga a usar Mecánica de Fractura Elasto­
Plástica. 

b) La determinación del valor de la tensión para cada profundidad de fisu­
ras por debajo del cual la fisura permanece cerrada. 

e) La variación de la forma de la fisura cuando crece. Hay que tener en -­
cuenta que la fisura se inicia en un defecto superficial, con una forma i­
rregular, hasta adoptar la forma de lúnula semielíptica para profundidades 
de fisura mayores de 1 mm /6/. 

El cálculo de estos parámetros exige conocer en cada momento cual es -
la profundidad de la fisura. Para lograr este objetivo se está utilizando -
un equipo basado en la variación de la resistencia de la probeta al aumen-­
tar la longitud de la fisura /7/. 

El principal problema que tiene la medida de la variación de la resis­
tencia eléctrica al crecer la fisura es la necesidad de utilizar intensida­
des de corriente muy elevadas (en algunos casos de lOO amperios) para cense 
guir detectar las variaciones de la caída de tensión producidas al crecer -
la fisura ya que, como es conocido, la conductividad eléctrica de los meta­
les es muy alta. Para evitar este probelma se usa corriente alterna de alta 
frecuencia (1-40KHz). Cuando una corriente alterna de esta frecuencia a­
traviesa un conductor se concentra en la superficie pudiendo lograrse, para 
una frecuencia de 40 KHz que toda la intensidad circule en una zona super­
ficial con una profundidad de 100 a 500 ~m, variable de acuerdo con la geo­
metría de la probeta. Con este sistema se puede conseguir detectar una mi-­
crofisura superficial que tenga una longitud inferior a lOO ~m, con frecuen 
cías del orden de 40 KHz e intensidades de 1 amperio. 

El equipo está constituido (ver figura 5) por un amplificador "lock-in" 
que controla una fuente de intensidad. La probeta esta alimentada por sus -
extremos por la fuente de intensidad. En la zona de la varilla donde se va 
a generar la fisura se conectan a la probeta tres cuchillas que permiten -
calcular las caídas de tensión en dos zonas distintas, VA y VB. Estas caí­
das de tensión son preamplificadas y calculada su diferencia VA- VB me-­
diante un detector síncrono ajustado a la frecuencia de alimentación. 

Antes de realizar el ensayo se generan tensiones residuales de compre­
sión importantes en toda la probeta a excepción de los puntos en los que se 
va a medir la caída de tensión. De este modo se asegura que la fisura se i­
niciara en la zona deseada. Durante el ensayo la probeta debe estar aislada 
de la maquina mediante una capa de teflón y fibra de vidrio con el fin de -
que no haya ningún contacto eléctrico. El amplificador "lock-in" genera una 
señal de tensión a la frecuencia deseada y la respuesta de la fuente de in­
tensidad es una señal de intensidad constante a la misma frecuencia, con la 
que se alimenta la probeta. Cuando empieza a propagarse una fisura aparece 
una variación entre VA y VB que es función del área de la fisura. Aunque e~ 
tas diferencias son muy pequeñas (~V a mV), el detector síncrono permite-­
filtrar el ruido existente a otras frecuencias y evaluar el valor de VA-VB. 
El método diferencial empleado permite obtener una mayor precisión pues e­
limina los efectos de la temperatura y de las variaciones de la carga que -
afectan a las medidas eléctricas por acción del efecto magnetomecánico. 
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Tabla l. ComEosición g,uímica y_ ErOEiedades mecánicas del acero 

C(%) Mn(%) Si(%) P(%) S(%) N(%) 

0.82 0.60 0.18 0.010 0.024 0.007 

Módulo de Límite Tensión de Alargamiento bajo Estricción 
Elasticidad Elástico 0.2% rotura carga máxima rotura 

(MPa) (MPa) (MPa) (%) (%) 

197.000 1370 1720 5.06 29.6 
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LA TEMPERATURA DE REFERENCIA (RTJmT) COMO CRITERIO DE PREVENCION 
DE ROTURA FRAGIL EN COMPONENTE~ FERRITICOS DE LA BARRERA DE 

PRESION DEL REFRIGERANTE EN REACTORES NUCLEARES DE AGUA LIGERA 

A. Tanarro Aparicio 

TBCNATOM, S.A., Km. 19, Ctra. N. I Madrid-Irún. 
San Sebastián de los Reyes (MADRID) 

Bn el presente trabajo se pretende realizar una somera descripción 
de la utilización actual de la Temperatura de Referencia de Ductili­
dad Nula ( RTNDT) como parámetro de seguridad para prevenir la ro­
tura frágil en los componentes ferríticos de la barrera de presión 
del refrigerante en reactores nucleares de agua ligera. 

Primero mencionamos la norma ti va que referencia a la RTNDT y a 
continuación resumimos los criterios de definición del parámetro. 
Por último hacemos una breve referencia a su utilización en la nor­
mativa más reciente como criterio de seguridad ante el fenómeno de 
choque tér.mdco en la vasija. 
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1.- CODIGOS ASME Y 10CFR50 

Dentro de las actividades que el grupo de mecánica de fractura de TECNATOM 
viene desarrollando desde hace varios años están las derivadas de los requisitos 
establecidos por los Apéndices G y H de 10CFR50 /1,2/ para las distintas centra­
les nucleares españolas. 

El punto IV del Apéndice G mencionado, establece que los requcisiltos de te­
nacidad que deben observar los componentes de la barrera de presión del refrige­
rante del reactor han de ser los del Código ASME /3/ con algunas observaciones 
complementarias. 

Todos los requisitos anteriores se podrían dividir en dos grupos: uno, re­
quisitos de operación y dos, requisitos de tenacidad de los materiales. 

Los requisitos que hemos denominado de operación son límites de presión y 
temperatura para los distintos transitorios de la planta que se deben establecer 
siguiendo las directrices del Apéndice G de ASME III/4/ y por tanto los crite­
rios de la mecánica de fractura lineal-elástica. 

De acuerdo con estos criterios, el crecimiento inestable de grieta se pro­
duce cuando las tensiones aplicadas suponen una K1 superior al KIC del material, 
siendo KJC una propiedad dependiente de la temperatura y significativa de la te­
nacidad a la fractura de dicho material. 

La K C mencionada se refiere a condiciones estáticas de carga, además se 
debe consiaerar K

10 
relativa a condiciones dinámicas de carga y un K1 , que ca-

racteriza las cona1ciones en que una grieta deja de crecer. a 

Habría pues que disponer de las curvas características del material y ana­
lizar las condiciones de carga para comprobar que se está en la zona de seguri­
dad. 

Dada la dificultad de los ensayos de tenacidad necesarios paradeterminar 
estas curvas, se decidió acudir a unas nuevas curvas generales en función de la 
RTNDT de fácil determinación mediante ensayos Charpy y Drop-weight. Así se dis­
pone de la curva K1R-T, representada en la Figura 1, que se ha obtenido como se 
indica en la Figura 2 de la envolvente inferior de todos los datos deKrc• Krd y 
Kra disponibles, obtenidos del ensayo de diferentes probetas de SA-533 Grado B, 
Clase 1 y SA-508-1 y SA-508-2 /5/. De esta forma se consideran condiciones segu­
ras de carga cuando la K1 calculada para un defecto postulado y un determinado , 
estado de tensiones está situada debajo de la curva KrR· 

Dado que la curva KrR-T se establece para cada material en función de su 
RTNDT podemos decir que los que hemos llamado requisitos de operación del Apén­
dice G dellOCFR50 /1/ se establecen en función de las propiedades mecániltas del 
material, concretamente en función de la:RTNDT del mismo. Y así llegamos a los 
que hemos llamado requisitos de tenacidad de los materiales y que significan 
una limitación inferior al nivel superior de energía Charpy (upper shelf energy) 
en 50 ft.1bs (68 J) y tope máximo de 2002 F (932 C) a la RTNDT para el final de 
la vida util de la vasija. 

Estos requisitos conllevan ensayos mecan1cos de construcción, estimaciones 
de fragilización por irradiación y programa de vigilancia de acuerdo con el ., 
Apéndice H de 10CFR50 /2/, actividades en las que participa el grupo de Mecánica 
de Fractura de TECNATOM. 

De lo expuesto hasta ahora se desprende la importancia de la RTNDT• que 
como se ha visto, está en la base de los requisitos de seguridad establecidos 
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por los principales códigos y normas del área que nos ocupamos, por lo que pasa­
mos a describirla en los próximos capítulos. 

2.- RTNDT 

El punto II. D del Apéndice G de 10CFR50 /1/ para definir la temperatura 
de referencia remite al código ASME /3/ y en el punto NB-2330 de la Sección III 
de este código se define la RTNDT como la mayor de las temperaturas TNDT y 
(Tcy-60F) siendo TNDT la temperatura de transición de ductilidad nula obtenida 
de ensayos dropweight y TCV la temperatura de ensayo Charpy en la cual se obtie­
ne al menos 68 J. de energ1a absorbida y 0,89 mm. de expansión lateral. 

Para la realización de ensayos dropweight se establece la norma ASTM E 208 
/6/ donde se define la temperatura de transición de ductilidad nula (TNDT) como 
la máxima temperatura a la que rompe una probeta normalizada y ensayada de acuer­
do con los procedimientos establecidos en dicha norma. 

Para los ensayos Charpy se exige la observación de la norma ASTM E 23 /7; 
y la determinación de la curva completa energía-temperatura y expansión lateral­
temperatura a partir del ensayo de probetas con orientación transversal. 

Dado que estos requisitos de los ensayos mecánicos precisos para determi­
nar la RTNDT no eran de aplicación enlos permisos de construcción anteriores al 
15 de Agosto de 1973, muchas de las centrales antiguas no cuentan con datos de 
estos ensayos. Para 7segurar que en estas centrales se tienen los mismos márge-
nes de seguridad quf{en las nuevas la "U. S. Nuclear Regulatory Commission" inclu- -
yó en el"Standard Review Plan 5.3.2." /8/ los métodos de determinación de la 
RTNDT que se deben aplicar cuando no se cuenta con resultados de ensayos 
dropweight o los ensayos Charpy realizados no cumplen los requisitos actuales. 

Una vez establecida la RTNDT inicial, es preciso garantizar que se mantie­
ne a lo largo detoda la vida util de la planta dentro de los margenes estableci­
dos especialmente paralosmateriales de la vasija, ya que la fragilización por 
irradiación de estos materiales se manifiesta en un incremento de esta tempera­
tura de referencia. En el próximo capítulo nos referimos a este desplazamiento 
de la temperatura de referencia ARTNDT· 

La curva obtenida de los resultados de ensayos Charpy tiene la forma de 
la figura 3 y en ella se aprecian las tres zonas características. Una frágil de 
baja resiliencia (lower shelf), una de transición y una ductil de alta resilien­
cia (upper shelf). 

La operación del reactor produce una fragilización de los materiales, de­
bido a la irradiación neutrónica. Esta fragilización se manifiesta de dos formas 
principalmente. Por un lado un incremento de la temperatura de transición y por 
otro un descenso del U.S.E. (upper shelf energy) como se indica en la figura 4. 
El incremento de la temperatura de transición supone un descenso de Krc a cada 
temperatura o lo que es igual, desplazamiento de la curva Krc-T (Figura 1) ha­
cia la derecha. 

Esta fragilización puede provocar al variar las propiedades mecánicas del 
material que éstas lleguen a no cumplir con lo requerido por la normativa vigen­
te ya referenciada. 

El incremento de la temperatura de transición se mide como desplazamiento 
horizontal de la curva Charpy a un nivel de energia o expansión lateral 
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convencionalmente establecido, así en la primera publicación del Apéndice G de 
10CFR50 /1/ se establecía como incremento de la temperatura de referencia, el 
mayor de los experimentados a los niveles de 50 ft. lbs (68 J) y 35 mils (0,89 
mm.) de expansión lateral, pero en su última revisión de Mayo de 1983 ya se es­
tablece como desplazamiento o incremento de la temperatura de referencia el me­
dido al nivel de 30 ft.lbs (41 J) de energía absorbida, resolviendose así una 
contradicción arratrada durante diez años entre el criterio mantenido por el 
Apéndice G de 10CFR50 /1/ y el mantenido por la norma ASTM E 185 /9/ que ya al 
publicarse el mencionado Apéndice recomendaba el nivel de 30 ft.lbs (41 J) para 
medir el ~RTNDT • 

De lo menci.onado anteriormente se desprende que para garantizar la seguri­
dad requerida hay, en primer lugar, que estimar esos desplazamientos previamen­
te a que se produzcan y, posteriormente, realizar un seguimiento de los mismos 
para comprobar el comportamiento estimado. 

Respecto a la estimación previa, se sabe que la magnitud de los cambios 
producidos por irradiación dependen fundamentalmente de la química del material 
y en este sentido ya en Julio de 1975 se publicó la "Regulatory Guide 1.99" /10/ 
que realiza una estimación en función de la fluencia recibida y el contenido en 
cobre y fósforo del material. 

La ecuación de estimación se estableció en función de datos obtendidos ex­
perimentalmente y resulta muy conservativa en la casi totalidad de los casos. 
Posteriormente, a medida que los datos de programas de vigilancia y el conoci­
miento del mecanismo de fragilización han ido aumentando, han surgido nuevas 
ecuaciones modificando los elementos a considerar en la estimación. Así en la 
norma ASTM E900 /11/ publicada recientemente solo se considera el contenido de 
Cobre y otros investigadores como Guthrie y Odette han considerado cobre y ní­
quel. Los trabajos de estos últimos /12/ y /13/ sonlos utilizados como base 
para una revisión 2 de la "Regulatory Guide"ya mencionada. Esta próxima revisión 
se ha hecho solo contando con datos de materiales irradiados en centrales comer­
ciales dentro de sus programas de vigilancia y no, como se había hecho en las 
revisiones anteriores, con datos tanto de estas centrales como de reactores ex­
perimentales ya que se ha comprobado que el comportamiento es distinto en unos 
y otros reactores. 

La existencia de gran número de ecuaciones propuestas para la estimación 
y un abundante banco de datos hace necesario y posible un estudio comparativo 
y evaluación de cada uno de estos procedimientos con objeto de aplicar los de 
resultados más ajustados. 

Por otra parte, dado que estas ecuaciones de estimación se han obtenido 
por métodos estadísticos y que el conocimiento del mecanismo de fragilización 
aun no es completo, siguen siendo precisos los programas de vigilancia consis­
tentes en irradiar de forma más rápida (más cerca del núcleo) probetas del mis­
mo material y en las mismas condiciones de la vasija. 

El Apéndice H de 10CFR50 /2/ establece los requisitos de estos programas 
de vigilancia y remite para su cumplimiento a la norma ASTM E 185 /9/. Esta 
norma hace necesario irradiar y posteriormente ensayar probetas de tracción y 
Charpy para obtener los datos de fragilización producida por irradiación. Se 
obtiene la ARTNDT según se ha comentado anteriormente y se estudia su coheren­
cia con los datos resultantes de los ensayos de tracción. 

4.- CHOQUE TERMICO 

El choque térmcio es el efecto de un enfriamiento importante de la vasi­
ja coincidiendo o seguido de una represurización de la misma. 
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En este caso el rápido enfriamiento de la superficie interior de la vasija pro­
duce tensiones térmicas que se añaden a las tensiones de presión si la vasija 
está presurizada. 

Este fenómeno era conocido en la industria nuclear desde hace años pero 
fue el accidente de la Isla de las Tres Millas el que dió relevancia al tema y 
así en Marzo de 1981 la NRC (Nuclear Regulatory Commission) convocó una reunión 
de todas las partes implicadas (fabricantes y propietarios) para intercambiar 
información con vistas a desarrollar la normativa necesaria. Desde entonces ha 
habido continuas comunicaciones entre laindustria y la NRC que culminaron tras 
múltiples revisiones y modificaciones en una reunión en Agosto de 1982 donde se 
adoptó el"Screening criteria" o criterio basado en valores umbrales de la RTNDT 
de 270º F para soldaduras axiales y 300º F para las circunferenciales, de forma 
que centrales con RTNDT inferiores a estos valores no requerirían medidas pre­
ventivas complementarias. 

Este criterio se publicó en Noviembre de ese mismo año /14/ y en él se es­
tablecía también la forma en que debía calcularse la RTNDT para que fuera compa­
rable con los umbrales establecidos. En este sentido es significativo la mayor 
importancia y confianza dada a las curvas obtenidas para la estimación de ARTNDT 
a partir de los numerosos datos disponibles a nivel general en contraposición a 
los resultados obtenidos para un material dado en el programa de vigilancia es­
pecífico de la planta. 

El procedimiento que se establecía para la determinación de la RTNDT en el 
documento ya referenciado /14/, fue propuesto para su publicación en el 10CFR50 
y de esta forma el 29 de Febrero de 1984 se publicó la "Proposed Rule Making 
50.61 con eil. título "Fracture Toughness Requirements for Protection Against 
Pressurized Thermal Shock Events" que recogía estos criterios con alguna modifi­
cación. 

De esta modificaciones, las más significativas fueron por una parte que 
se estableció también para material base (forja y chapa) un valor umbral de 
270º F al igual que para soldaduras axiales. Y por otra parte el procedimiento 
para determinar la RTNDT quedaba definiendola como el menor valor de los resul­
tantes de las ecuaciones: 

RTNDT = I + M + ( -10 + 470 Cu + 350 NiCu) f0,270 

RTNDT = I + M + 283 f 0,194 

donde: 

I Es la temperatura de referencia inicial calculada como se establece en 
el párrafo NB-2331 del código ASME /3/. Si no se tienen valores válidos enton­
ces se usará Oº F para soldaduras hechas con Linde 80 y -56º F para con Linde 
0091, 1092 y 124 y con ARCOS B-5. 

M Es 48º F en la primera ecuación si I es un valor medido y 59º F si son 
los valores medios establecidos genéricamente. En la segunda ecuación M = Oº F 
si se ha usado el valor medio de I y M = 34º F si se usan valores genéricos. 

Cu y Ni son los tantos por ciento en peso de cobre y níquel. 

f es la fluencia enunidades de 1019 n/cm2 ( E ~ 1 Mev) 

Estos son los criterios actualmente utilizados, todavía pendientes de su 
aprobación y publicación definitiva en el 10CFR50. 
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MEDIDAS DE PROPAGACION DE FISURAS POR CORROSION FATIGA EN 
AGUA DE MAR 

V. Sánchez-Gálvez y A. Martín Sanz 

Departamento de F!sica y F~sica de Materiales. E.T.S. de Ingenieros de Caminos~ 
Canales y Puertos. Universidad PoZitéanica de Madrid. 

RESUMEN 

Esta comunicación presenta algunos resultados de medidas de propagación 
de fisuras por corrosión fatiga en aceros de pretensado en agua de mar arti­
ficial. Se ha determinado eZ valor de KTSCC y Za influencia de Za velocidad 
de deformación en este parámetro. Se han efectuado ensayos de corrosión fa 
tiga con distintas freauenaias, formas de onda y valores del factor R. Se oo 
serva un crecimiento de Zas fisuras más rápido que en eZ aire a medida que -
disminuye Za frecuencia y una reducción de Za velocidad de crecimiento para 
velocidades bajas para valores de R pequeños~ fenómeno este atribuido aZ cie 
rre de Za grieta. 

SUMMARY 

This paper presents sorne resuZts of corrosion fatigue crack growth mea­
surements in prestressing steeZs in artificial sea water. The KISCC vaZue 
has been determined as weZZ as the infZuenoe of the strain rate on this 
parameter. Corrosion fatigue tests have been performed at different freque~ 
oies~ waveforms and R vaZues. The crack growth rate is faster than in air 
when the frequenoy is deoreased~ aZthough the orack growth rate is reduced 
for Zow growth rates and Zow vaZues of the stress ratio .. this phenomenon 
being attributed to crack cZosure. 
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l. INTRODUCCION 

Se conoce como corrosión fatiga al fenómeno de nucleacion y crecimiento 
de fisuras inducido por la acción combinada de una tensión mecánica oscilan­
te y un medio ambiente no inerte. Se trata de un fenómeno sinergístico, es 
decir la acción conjunta de la oscilación de tensiones y del medio agresivo 
es más acusada que lo que cabría esperar de la simple superposición de estos 
fenómenos (fatiga y corrosión) por separado. 

Es un hecho bien establecido que, a diferencia de la corrosión bajo ten 
sión, todo ambiente no inerte es susceptible de producir corrosión fatiga en­
tendiendo tal efecto en el sentido de ocasionar una aceleración de la veloci 
dad de crecimiento de las fisuras respecto de la velocidad que se observa en 
un medio inerte /1/. Cada medio ambiente, sin embargo, proporciona un efecto 
diferente, por lo q-ue para cada aleación a estudiar es necesario medir la ve 
locidad de crecimiento de las fisuras en cada uno de los posibles ambientes­
no inertes en que pueda encontrarse. 

Asimismo se ha comprobado, que a diferencia de la fatiga en ambiente i 
nerte, la velocidad de crecimiento de fisuras por corrosión fatiga se ve in­
fluenciada por la frecuencia de la onda, la forma de ésta y el factor de re 
lación de cargas R (relación entre la tensión mínima y la máxima del ciclo), 
por lo que cualquier investigación en profundidad implica estudiar la in­
fluencia de todos estos factores /2/. 

Esta comunicación presenta algunos de los primeros resultados de una 
investigación que se lleva a cabo para determinar la velocidad de propaga-­
ción de fisuras de aceros de pretensar en agua de mar artificial. 

2. OBTENCION DEL VALOR DE KISCC 

En el estudio de la corrosión fatiga, un parámetro fundamental es el 
valor de KISCC' es decir el umbral del factor de intensidad de tensiones por 
debajo del cual no existe propagación de la fisura a carga constante en el 
medio ambiente considerado. 

El acero utilizado en los ensayos es un acero de pretensado comercial 
de 7 mm. de diámetro. Es un acero eutectoide trefilado con estructura perlí 
tica muy fina. Su composición química y propiedades mecánicas se recogen en 
la Tabla 1. 

Los ensayos se realizan sobre probetas prefisuradas por fatiga utilizan 
dose como parámetro de medida de la influencia del ambiente la relación en-­
tre la carga de rotura en el medio y la carga de rotura en el aire para una 
fisura de igual tamaño. Evidentemente tal relación coincide con la relación 
entre el valor del factor de intensidad de tensiones crítico en el medio y 
el valor de la tenacidad de fractura del acero en el aire Krc· 

Los primeros ensayos realizados han sido ensayos de tracción lenta, es 
decir ensayos a velocidad de deformación constante, según el procedimiento 
descrito por Parkins /3/. Se han realizado ensayos a ~ = 3.10-5 mm/s en a­
gua de mar artificial según norma ASTM /4/ y a distintos potenciales, obte­
niéndose la curva que muestra la figura l. Como puede verse, existen dos re 
giones en las que el acero presenta susceptibilidad al ambiente. Por debajo 
de aproximadamente - 800 mV respecto del electrodo patrón de calomelanos y 
por encima de -600 mV(SCE) aproximadamente, existiendo una región intermedia 
de práctica inmunidad. La primera regían corresponde con la zona de descarga 
de hidrógeno, por lo que cabe esperar que el mecanismo de fisuración en e­
sa región sea fundamentalmente de fragilización por hidrógeno, mientras que 
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la segunda región probablemente corresponda con mecanismos de disolución ano 
dica selectiva. Dado que el potencial libre de corrosión para esta solución 
se encuentra en torno a los -600 mV (SCE) es ésta la región que se ha estu-­
diado. 

El siguiente paso en la determinación del valor de K18 C ha sido la re~ 
lizacion de ensayos a carga constante. La figura 2 muestra tos resultados ob 
tenidos para el potencial libre de corrosión. Ensayos realizados a potencial 
constante de -600 mV (SCE) son prácticamente coincidentes. Como puede obser­
varse, el valor de KISCC para el potencial libre de corrosión se encuentra 
en torno al 65% de KIC' confirmando la influencia del ambiente en la fisura­
ción del acero. 

El siguiente paso ha consistido en el estudio de la influencia de la ve 
locidad de deformación en el valor crítico del factor de intensidad de ten-­
siones. Se han realizado ensayos de tracción lenta con distintas velocidades 
de deformación a potencial constante de -600 mV (SCE). Como puede observarse 
en la figura 3, existe un intervalo de velocidades de deformación para las 
que el factor de intensidad de tensiones de rotura es inferior a KISCC' ha­
biéndose obtenido valores en torno al 40% de Krc• Este hecho observado con 
anterioridad para otras soluciones /5/ es una muestra de la importancia de 
la velocidad de deformación en la región de fisuración producida por disolu­
ción anódica selectiva y es un indicio de que en dicha región probablemente 
aparecerá el fenómeno de corrosión fatiga. 

3. ENSAYOS DE CORROSION FATIGA 

La medida de la propagación de fisuras por corrosión fatiga se ha reali 
zado utilizando el método de la medida continua de la flexibilidad ("complian 
ce") de la probeta y por medio de una curva de calibración flexibilidád-pro~ 
fundidad de la fisura se ha determinado ésta de forma continua a lo largo -­
del ensayo. El procedimiento experimental ha sido descrito con anterioridad 
/6/. 

Todos los ensayos se han realizado utilizando probetas prefisuradas por 
fatiga y aplicando un ciclo de carga axial constante con distintas frecuen­
cias, formas de onda y valores del factor R. Los ensayos se han efectuado a 
potencial libre de corrosión, es decir en torno a los -600 mV (SCE) para el 
cual como ya se ha indicado cabe esperar aparezca el fenómeno de corrosión 
fatiga. 

Las figuras 4 y 5 muestran los resultados de los ensayos de corrosión 
fatiga, velocidad de crecimiento de la fisura da/dN frente a intervalo del 
factor de intensidad de tensiones ~K paraR < 0,1 y distintas frecuencias 
con ondas triangular y sinusoidal respectivamente. A efectos de compara­
ción también se muestra en la figura con línea de trazos la ley de París -
que mejor se ajusta a los resultados de ensayos de fatiga en el aire así -
como la banda (en línea continua) en la que se sitúan el 95% de los resulta 
dos de fatiga en el aire. Asimismo, se ha situado en ambas figuras el valor 
de KISCC obtenido anteriormente en ensayos de carga constante. Como puede -
comprooarse, los valores de AK (aproximadamente iguales a K ya que R < 
< 0,1) se encuentran por debajo de KISCC y sin embargo se o~~grva un aumento 
de la velocidad de propagación de la fisura respecto de la velocidad en 
el aire, es decir se confirma la existencia de corrosión fatiga verdadera -
para este acero y este medio. También se observa que el fenómeno es inexis­
tente para frecuencia de 10 Hz y aparece tanto mas acusado cuanto menor es 
la frecuencia del ensayo, resultado éste típico de corrosión fatiga y que ha 
sido comprobado en numerosas aleaciones con anterioridad. 

Finalmente, puede verse que para velocidades de crecimiento de la fisu­
ra reducidas aparece un retardo en la velocidad de crecimiento que puede --
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llegar a ser incluso inferior al valor correspondiente en el aire para el mis 
mo valor de aK. Este fenómeno pensamos pueda ser debido a un proceso de éie-­
rre de la grieta C'crack closure") durante el tramo de descarga del ciclo oca 
sionado por la presencia de productos de corrosión en el fondo de la fisura.­
Si ésta es la explicación de este fenómeno debe desaparecer para ensayos rea­
lizados con valores mayores de R /7/. En efecto, como puede verse en la fig~ 
ra 6, que representa los resultados de ensayos realizados con onda sinusoidal, 
frecuencia de 0,1 Hz y distintos valores de R, se comprueba la desaparición 
del fenómeno de retardo para R = 0,8, por lo que cabe esperar que éste sea 
debido al fenómeno de cierre de la grieta. 

4. CONCLUSIONES 

Se ha demostrado la existencia de corros~on fatiga verdadera (Kmax< KISCC) 
en aceros de pretensar en agua de mar artificial para potencial libre de e~ 
rrosión. 

El fenómeno es tanto más acusado cuanto menor es la frecuencia del ciclo 
encontrándose valores de la velocidad de crecimiento de la fisura entre 2 y 
4 veces superiores al valor medio de la velocidad en el aire para frecuencias 
de 0,1 Hz. 

Para velocidades de crecimiento de la fisura pequeñas, se observa un re 
traso en dicha velocidad de propagación que llega a sen inferior incluso a 
la velocidad medida en el aire, fenómeno éste que se atribuye al cierre de -
la grieta ("crack closure"), argumento que se ve apoyado por cuanto deja de 
observarse para valores altos de la relación de cargas R. 
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Tabla l. Composición química y propiedades mecánicas del acero 

C(%) 

0,82 

Módulo de 
elasticidad 

(MPa) 

204.379 

Mn (%) 

0,60 

Límite 
Elástico 

(MPa) 

1432 

,2% 

Si(%) 

0,18 

Tensión de 
rotura 

(MPa) 

1668 

188 

P(%) 

0,010 

Tenacidad 
de fractura 

(MPa ml/2) 

119 

S(%) 

0,024 

N(%) 

0,007 

Alargamiento ba-
jo carga ... max. 

(%) 

5,8 
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COMPARACION ENTRE CRITERIOS API-1104 Y PD-6493 PARA EVALUACION 
DE DEFECTOS EN GASODUCTOS. 

J. Chao Hermida, J. Durán Ardila, J.M. Amo Ortega 

CENTRO NACIONAL DE INVESTIGACIONES METALURGICAS 

Avda. Gregorio Amo, n~ 8 28040 MADRID 

RESUMEN: Se determinaron el C.O.D. inicial y la Ingegral J ini­
cial a la temperatura de -1o~c, con objeto de determinar los ni 
veles de aceptación de defectos según la Guía-Recomendación de­
la B.S.I. PD-6493:1980, tomando como criterio de fractura la 
iniciación de la fractura (rotura) a partir de un defecto. Por 
otra parte se determinó el C.O.D. máximo o el correspondiente 
a un pop-in para la determinación igualmente de los niveles de 
aceptación de defectos según el criterio de API 1104-83 y la 
mencionada B.S. 

SUMMARY: The initial COD and J integral were determined at 
-10~C temperature, to find the acceptance levels defects after 
PD-6493 BSI document, taking as fracture criterium the initia­
tion of fracture from an actual defect. On the other hand, the 
COD at maximum or pop~in load were determined for the deriva­
tion of flaw acceptance limits after bouth API-1104 and PD-
6493. 
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PROCEDIMIEN'I'O EXPERINENTAL 

Se parti6 de dos tramos de tubo de 1 m de diámetro y 15,6 mm 
de espesor en material API X-70, cuyas características mecánicas pu~ 
den resumirse en: 

Resistencia tracción 
Límite elástico 
Alargamiento 

59,5 kg/mm2 

48,16 " 
24 % 

Los tubos fueron soldados circunferencialmente con electrodo 
revestido de tipo celul6sico con las características mecánicas si­
guientes y sin emplear precalentemiento. 

Resistencia tracción 
Límite elástico 
Alargamiento 
Estricción 

66,0 
59,0 
20,0 % 
45 % 

11 

De la unión soldada se mecanizaron probetas para ensayo en 
dimensiones 12x24x110 con la entalla situada en sentido circunferen­
cial y en posiciones de material base, zona afectada térmicamente y 
cordón de soldadura. 

El marcado de las probetas para su localizaci6n en el tubo 
se recoge en la figura Na 1. 

---

1 
Fig. 1 - Posici6n axial de las probetas y distribudi6n por sectores de 

la circunferencia del tubo. 

Los ensayos se realizaron en una máquina MTS servocontrolada 
de 25 TM. El dispositivo para enfriar las probetas permite tener den­
tro del refrigerante (metanol) el punz6n, la probeta, los apoyos y el 
extens6metro. El tiempo de mantenimiento mínimo a la temperatura de 
ensayo (-loac) se estableci6 en 20 minutos. 

Para la realizaci6n del ensayo se emplearon registradores 
X-Y con objeto de determinar sinultáneamente la integral J y el COD, 
manteniendo en el equipo el control de desplazamiento a una velocidad 
de 0,002 mmjs. Para determinaci6n del COD inicial, el ensayo se inte­
rrumpe al alcanzarse un crecimiento de la grieta sensiblemente apre­
ciable. 
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Posteriormente se oxidaron diferencialmente las caras de la 
grieta, con objeto de hacer visible la extensi6n de la grieta, median 
te calentamiento a 300~C durante 1 H.; para la distinci6n entre las zo 
nas de rotura, se enfri6 la probeta a -196~c, rompiendo la probeta fi­
nalmente con péndulo Charpy, obteniéndose rotura completamente frágil 
según puede observarse en las fotografías adjuntas. 

RESULTADOS Y DISCUSION 

Se. realizaron 14 ensayo por cada sector, recogiéndose en la 
tabla N~ 1 las ecuaciones de las rectas de regresi6n obtenidas y sus 
errores. El valor de la J inicial se ha calculado obviando la "linea 
de blunteo", con objeto de hacer comparables J inicial y COD inicial. 
De dicha tabla se deduce la buena correlaci6n existente entre dichos 
valores, a través del COD equivalente: 

COD equiv. = ~ , con 
CTp 

o:. = F 
O" 
flujo = Vt + O'"máx 2 = 54 Kg/mm 

2 

En las fotografías es interesante resaltar el efecto de las 
tensiones residuales provocadas por el proceso de soldadura en el ere 
cimiento de la grieta. En el material base (fig. N~ 2), el crecimien=­
to es relativamente uniforme y se puede asegurar que la iniciaci6n de 
la grieta ha tenido lugar en el centro del espesor, mientras que en 
las probetas soldadas, de las que se incluye una muestra en la fig. 
N~ 3, la iniciaci6n tiene lugar en diferentes puntos, por lo que se 
hace necesario comprimir en el sentido del espesor la zona pr6xima a 
la entalla, creando unas tensiones residuales de tracci6n uniformes a 
través del espesor y tratar de obtener de esta forma un frente de grie 
ta recto. -

Se desprende también de los resultados y de la apariencia de 
la fractura, la elevada tenacidad de la zona afectada térmicamente. 
Ello es debido al propio proceso de soldadura y al efecto del Nb como 
estabiliz.ador del tamaño de grano. Sin embargo en aceros de este tipo 
con gran espesor y debido al fuerte input térmico empleac;lo en la sol­
dadura, es posible la aparici6n de bandas con crecimiento de grano 
que hagan disminuir el COD de la zona afectada. 

Por otra parte se ensayaron probetas realizadas con el mismo 
procedimiento de soldadura con objeto de determinar el COD-máx o el 
correspondiente a un pop-in. Los resultados mínimos obtenidos se si­
túan entre las dos curvas de diseño API. Para la evaluaci6n de los de 
fectos se tom6 como valor del COD el límite de 0,125 mm, de la curva­
inferior API. Aunque los defectos transversales a las soldaduras no 
son admisibles, estos también se evalúan con el único fin de compara­
ci6n entre ambas normas: API-1104 y PD-6493* 

EVALUACION DE DEFECTOS SEGUN API. 

A efectos de esta evaluaci6n solo se han tenido en cuen 
ta defectos de tipo plano: grietas y faltas de penetraci6n, no admiti­
das convencionalmente. 

* API-1104 "Standard for welding Pipelines and related facilities 

PD-6493: "Guidance on sorne methods for the derivation of acceptance 
levels defects in fusion welded joints". B.S.I. 
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a) 

b) 

Fig. 3 - Probetas corresponuientes al sector Tl de la unión. a) Sol­
dadura. b) Transición. 
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En las soldaduras circunferenciales se consideraron los dos 
sentidos: longitudinal y transversal a las mismas. Con una tensi6n 
circunferencial de 3/4 cr, y teniendo en cuenta que las tensiones 
residuales son del orden del límite elástico, supondremos valores to 
tales de magnitud 2 ~ en el sentido longitudinal de las soldaduras. 

Para las tensiones transversales, habida cuenta de los bajos 
valores encontrados para las tensiones residuales y admitiendo una 
tensi6n de trabajo de O, 54 Uf se supondrá un valor del orden de C1y. 

En la tabla NA 2 se relacionan los defectos reales admisi­
ble~ debiéndose tener en cuenta que la Norma no admite defectos supe­
riores a e/2. 

EVALUACION DE DEFECTOS SEGUN PD-6493 * 

Con las mismas consideraciones anteriores se recogen los re­
sultados en la tabla NQ 3. 

Finalmente elegimos como criterio de fractura el de "inicia­
ci6n de la rotura" en vez del de rotura inestable como se ha hecho an 
teriormente, para lo cual hemos elegido como índice de tenacidad el 
COD inicial. Los resultados obtenidos se recogen en la tabla NQ 4. 

CONCLUSIONES 

Respecto a la severidad de los criterios, se observa que el 
más crítico es el mantenido en PD 6493 tomando como parámetro de tena 
cidad el COD en el comienzo de extens16n de grieta. A igual tenacidad 
el criterio API es más severo que el del PD 6493. En cualquier caso, 
puesto que los defectos encontrados en las soldaduras en sentido trans 
versal fueron préticamente nulos y en sentido longitudinal no alcanzañ 
los 3 mm de profundidad y los 20 mm de longitud, las soldaduras pueden 
considerarse seguras incluso con el criterio más severo. 

Fig. NQ 2 - Grietas de fatiga en material base. (probetas 1, 2, 3) 
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TABLA N~ 1 - Valores de COD e Integrales J 

Probeta Na Recta Regresi6n Posici6n COD inic. COD COD máx. 
(mm) equiv. (mm) 

J inic. (mm) (-1o~c> 
COD y J entalla (Kg mm) 

(T ambte. 

T1 - impar COD=0.081+0.286 a Soldadura 0.081 0.083 
Error = 0.919 

J=4.514+13.463 a 
Error = 0.908 

T1 - par COD=0.234+0.468 a Transici6n 0.234 0.200 
Error = 0.918 10.812 

J=10.812+32.728 a 
Error = 0.950 

T2 - impar COD=0.107+0.287 a Soldadura 0.107 0.106 
Error=0.940 5.740 

J=5. 4 7+11. 636 a 
Error=0.98 

T2 - par COD=0.156+0.831 a Transici6n 0.156 0.148 
Error=0.925 8.032 

J=8.032+43.814 a 
Error= 0.929 

D1 - impar COD=0.140+0.178 a Soldadura 0.140 0.141 
Error = 0.858 7.638 

J=7.638+8.918 a 
Error = 0.771 

Dl - par COD=0.249+0.477 a Transici6n 0.249 0.256 
Error = 0.812 13.855 

J=13.855+25.639 a 
Error = 0.793 

D2 - impar COD=0.086+0.3 a Soldadura 0.086 0.112 
Error = 0.98 6.094 

J=6.094+13.14 a 
Error=0.897 

D2 - par COD=0.291+0.719 a Transici6n 0.291 0.255 
Error=0.699 13.792 

J=13.792+38.95 a 
Error = 0.789 

Otras Soldadura Medio 0.208 
probetas Transici6n (3 probetas) 

Medio 0.4 
( 3 probetas) 

1-2-3 J=5.495+36.582 a Material 5.495 0.1 
Error = 0.947 base 
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'l'ipo 

Superficial 

Interno 

Tipo 

Superficial 

Interno 

Tipo 

Superficial 

Interno 

Tabla N~ 2 - Evaluación de defectos según API 1104 

COD = 0.125 

Tabla N~ 3 -

Sentido: longitudinal 

a* 2c* -- --
0-3.9 427 

3.9-4.8 63 

0-3.~ 427 

3.9-7.8 63 

Evaluación de defectos 

COD = 0.125 

Sentido: longitudinal 

a 

0-4 

4.1-6 

2c 

s.l* 

156 

*-----

Transversal 

a 2c -- --
0-3.3 427 

3.3 o 

0-3.9 427 

3.9-6.6 63 

según PD 6493 

Transversal 

a 

0-3.1 

3.2-4.0 

2c 

s.l 

156 

4.1-5.5 78 

16 s.l 

Tabla N~ 4 - Evaluación de defectos según PD tomando como 
criterio de fractura el COD minimo para ini 
ciaci5n de la extensión de grieta 

COD = 0.08 

Sentido: longitudinal 

a 

0-3.1 

3.2-4.0 

4.1-5.5 

2c 

s.l 

156 

78 

Transversal 

a 2c 

0-1.7 31 

0-1.5 s.l 

1.6-2.5 26 

* a = profundidad 
2c = Longitud 

* ----- = sobrepasa la altura del 
semiespesor 

s.l - sin limite de longitud Todas las medidas en mm 
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EXPOSICIÓN DE ACTIVIDADES 

ESU 
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DEPARTAMENTO DE FISICA DE MATERIALES 

PROF, MANUEL ELICES CALAFAT 

E,T.S. DE INGENIEROS DE CAMINOS. CIUDAD UNIVERSITARIA, MADRID. 

En el aspecto docente el equipo de profesores del Departamento lleva 
impartiendo desde 1979 clases de Mecánica de la Fractura a los alumnos de 
se curso de Za carrera de Ingenieros de Caminos y desde el año 1970, cur­
aos monográficos de Doctorado. Tambi~n ha dado cursos especificas en varias 
empresas sobre aplicaciones de Za Mecánica de Za Fractura, Fractura EZasto 
plástica, Fatiga y Fractura en Medios Agresivos. 

Las principales lineas de investigación son: 

a.- Fisuración por corrosión bajo tensión y corrosión fatiga en aceros. En 
particular se están estudiando dichos fenómenos en presencia de agua -
de mar y de ambientes que producen fragiZización por hidrógeno. Se tie 
nen fáoiUdades para ensayar oón distintas funciones de onda y freoúeñ 
cias y en atmósferas agresivas, hasta presiones de 70 atm., y para me~ 
dir tensiones residuales superfioiaZes mediante difraooión por rayos X. 

b.-Fractura en medios anisótropos. Se están desarrollando varios progra­
mas, unos de carácter teórico y otros experimentales, para determinar 
criterios de iniciación y propagación de fisuras en materiales ortótro 
pos. Tambi~n se están estudiando Za aplicación de Za Mecánica de Za -­
Fractura a materiales reforzados con fibras. Para la realización de -
estos programas se dispone de criostatos que permiten ensayar probetas 
hasta 40 K. Algunas de estas actividades se realizan en colaboración -
con el grupo ASTM E.24. 

o.- Otra área de actividad es Za fractura de hormigones. Se han abordado -
dos tipos de problemas: EZ de las grietas en grandes macizos de hormi 
gón, aomo en Zas presas, donde es aplicable Za mecánioa de fractura en 
r~gimen elástico y lineal y el de Za fraatura de elementos estructurE 
les de hormigón en masa o armado donde no son apZioabZes los conoeptos 
olásicos. Algunas de estas actividades se realizan en colaboración in­
ternaaiona Z en e Z grupo RILEM FMC. 

Durante estos últimos años se han generado un centenar de publicaciones re 
Zacionadas con Za Mecánioa de la Fractura. 
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ACTIVIDADES DEL CENTRO DE ESTUDIOS E INVESTIGACIONES TECNICAS 
DE GUIPUZCOA <CEIT) RELACIONADAS CON LA FRACTURA. 

M. FUENTES PEREZ 

CEIT Apartado, 1555 - SAN SEBASTIAN 

Dentro de Zas diferentes lineas de investigaci6n que en Za actualidad se 
están llevando a cabo en el CEIT, caben destacar los siguientes proyectos ba­
sados en aplicaciones de Za Mecánica de Za Fractura: 

a) "Análisis del comportamiento de Za vasija de un reactor nuclear de agua a 
presi6n frente a un transitorio de presi6n y temperatura con un estado de 
irradiaci6n dado". En dicho proyecto colaboran conjuntamente los Dptos. de 
Materiales y Mecánica. Al primero de ellos Ze corresponde el estudio de la 
influencia de Za temperatura, velocidad de deformaci6n y nivel de irradia­
ai6n sobre Za tenacidad del material de Za vasija (acero A533B clase 1) 
(estudio del comportamiento frágil y dúctil y su reZaci6n con los paráme­
tros miaroestructuraZes, mediai6n de KI, J y KL ), mientras que el estu­
dio del Dpto. de Mecánica se centra en ta apZiaagi6n de técnicas anaZiti­
aas y numéricas para Za modeZizaai6n estática y dinámica del proceso de 
propagaai6n y detenci6n de grietas. 

b) Finalizada Za fase del estudio del comportamiento a fatiga y fractura de 
un acero ferritico-perZitiao procedente de una rueda de ferrocarril, en 
Za actualidad se está llevando a cabo una apZiaaai6n de Za Mecánica Lineal 
de Za Fractura al desgaste por rodadura y deslizamiento, basada en Za rea­
Zizaai6n de un desarrollo de Za teoria de Za desaamaci6n. EZ estudioanaZi 
za Za propagaci6n bajo~odos mixtos de grietas paralelas y cercanas a una 
superficie libre, complementándose todo ello con una serie de ensayos ex­
perimentales realizados en una máquina de desgaste construida en el propio 
centro. 

a) Paralelamente, se desarrolla en estos momentos un proyecto dirigido al es­
tudio del comportamiento a fatiga de bajo numero de ciclos (LCF) de dos 
aceros inoxidables austenitiaos (18/10 y 18/12 Ti) en condiciones represen 
tativas de Zas de servicio en tubos recaZentadores de plantas de producai6n 
de energia eléctrica. Asismismo, se analiza el comportamiento de estos mis­
mos aceros en Za interaaci6n areep-fatiga. 
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ACTIVIDADES DEL EQUIPO DE TRABAJO DEDICADO AL CoYIPORTAMIENTO IVEcANICO DE LOS 

MATERIALES 

M.ANGLADA 

- Departamento de Metalurgia -
E.T.S.I.I. de Barcelona. Universidad Politécnica de Cataluña 

-Barcelona-

En el Departamento de Metalurgia de la E.T.S.I.I. de Barcelona, el equipo 
de trabajo dedicado al comportamiento mecánico de los materiales desarrolla va 
rios proyectos tanto en materiales metálicos como en materiales no metálicos,­
Zos cuales están relacionados al estudio de la fractura de los materiales. En­
tre Zas principales actividades cabe mencionar Zas siguientes: 

a) Recientemente se ha concluido un trabajo sobre la influencia de la austeni­
ta retenida en la resistencia a la fatiga por flexión rotativa de aceros 
Ni-Cr-Mo de baja aleación. 

b) Se está llevando a cabo un proyecto sobre el efecto del tamaño y distribu­
ción de los nódulos de grafito sobre los mecanismos de fatiga y fractura de 
una fundición nodular ferritica defor.mada en fatiga por flexión rotativa. 

e) Se está iniciando un trabajo de investigación sobre fatiga de aceros inoxi­
dables ferriticos de contenido in.terB'tic_ial ultra bajo, el cual ha sido fi­
nanciado por la Comisión Asesora de Investigación Cientifica y Técnica. 

d) Se han iniciado los trabajos preliminares correspondientes a dos proyectos 
de investigación en colaboración con el Departamento de Materiales del Queen 
Mary CoZZege de la Universidad de Londres. En el primero se estudiará, me­
diante microscopia electrónica de transmisión, la estructura de dislocacio­
nes generada en la capa contigua a la superficie en monocristales de Molib­
deno sometidos a fatiga oligociclica. En el segundo proyecto, se estudiará 
la evolución de Zas tensiones internas, as{ como la existencia de bandas de 
deslizamiento persistente en monocristales de Niobio deformadas en fatiga a 
altas temperaturas. 

e) Se está llevando a cabo el estudio de Zas propiedades mecan~cas de tendones 
humanos as{ como de conejo, estos extraidos del animal después de haber si­
do sometido a distintos tratamientos tanto ortopédicos como farmacológicos. 
Los tendones se someten a tracción hasta la rotura y se estudian los cam­
bios en la microestructura de Zas fibras colágenas. 
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ESTUDIOS FRACTOGRÁFICOS SOBRE ALEACIONES DE INTERtS AERONAUTICO 

JOSE MARIA BADIA PEREZ 

Escuela Técnica Superior de Ingenieros Aeronáuticos 
Plaza Cardenal Cisneros, 3 

- Madrid -

La linea de investigación dentro del campo de Za fractura que se desarro­
lla en el Laboratorio de Ensayo de Materiales en Za Cátedra de MetaZoteania,se 
centra en el estudio de Zas caracteres miarofraatográfiaos asociados a Zas di­
ferentes tipos de rotura de materiales de interés aeroespaaiaZ. 

En Za actualidad, estos estudios se centran en la morfologia de Za rotura 
de Zas aleaciones de aluminio-zinc-magnesio ?020 y ?0?5 en diferentes estados 
de tratamiento y bajo Za acción de distintos tipos de carga: tracción, impacto 
y fatiga. Las probetas rotas son estudiadas en lupa binocular y microscopio 
electrónico de barrido, con objeto de correlacionar Zas aaraateristiaas fraato 
gráficas presentes con el tipo de carga aplicado y Za miaroestruatura y trata= 
miento del metal. Como trabajo adicional, se está procediendo al estudio de Za 
variación de aaraateristiaas mecánicas y de fatiga a Zo largo del espesor en 
planchas gruesas de Za aleación ?020-T651, estudiando su relación con Za miara 
estructura. 

En Zas próximos meses, está previsto el inicio de un programa de estudios 
miarofraatográfiaos, similar al realizado sobre aleaciones de aluminio, aplica 
do a Zas aleaciones de titanio Ti-6AZ4V, Ti-6AZ-6V-2Sn y Ti-6Al-4Zr-2Sn-2Mo. -
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JUNTA DE ENERGÍA NUCLEAR. DIVISIÓN DE METALURGIA 

SEGUNDO BARROSO HERRERO* 

Avda.Complutense, 34 - Ciudad Universitaria 

- Madrid -

La linea de trabajo Za constituye el estudio por Microscopia Electrónica de 
Transmisión de los cambios microestructuraZes que tienen lugar durante Za termo­
fZuencia de aceros inoxidables austeniticos y su relación con Zas propiedades me 
cánicas y el estudio por Microscopia Electrónica de Barrido de Zas superficies -
de rotura con el fin de estudiar los mecanismos de fractura en función del esta­
do inicial del material y de los procesos termomecánicos soportados por el mismo. 

(*) El Grupo de Trabajo lo componen: Segundo Barroso (JEN), Ana Gómez (UNED) y 
Jesús Mora (U. Politécnica) y desarrolla su actividad en la División de Me 
talurgia de la JEN. 
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ESCUELA TECNICA SUPERIOR DE INGENIEROS INDUSTRIALES DE GIJON 

FRANCISCO JAVIER BELZUNCE VARELA 

E.T.S.INGENIEROS INDUSTRIALES. CTRA. CASTIELLO S/N, GIJÓN, 

1.- FATIGA DE ALAMBRES DE PRETENSADO 

Se estudia la fatiga de alambres de pretensado desde la perspectiva del 
análisis convencional (curvas de Wohler) y de la propagación-de fisuras según 
la Mecánica de la Fractura. 

El punto de conexión de ambos métodos se obtiene al definir los tamaños 
de defectos iniciales en la superficie de los alambres, observándose en tales 
defectos la influencia de la probabilidad y la longitud de probeta. 

Actualmente se procede a una experimentación con alambres de pretensado 
a fin de comprobar: 

a) La relación entre el rango del factor de intensidad de tensión inicial 
y el número de ciclos de iniciación. 

b) Ley matemática en zona I de propagación lenta de fisuras. 

e) Comprobación de la hipótesis de independencia. 

2.- FATIGA EN HORMIGON SIMPLE 

La deducción del modelo de fatiga propuesto por Castillo se basa en pla~ 
teamientos generales, aplicables en principio a materiales no metálicos. 

Se presupone entonces la. aplicabilidad del modelo de Castillo al hormigón 
y se trata de probar una posible convergencia entre el método Convencional y el 
de la Mecánica de la Fractura en el análisis de fatiga en el hormigón simple. 

3.- FATIGA EN MATERIALES COMPUESTOS 

El comportamiento a fatiga de los Materiales Compuestos es aún un tema p~ 
co investigado, no existiendo todavfa criterios suficientemente fiables de di­
seño a fatiga del tipo de los existentes para los metales. 

En este área de trabajo, se analizará el comportamiento a fatiga de plás 
ticos reforzados con fibras con el fin de estudiar la evolución progresiva del 
daño interno desarrollado en el material, asf como los mecanismos de rotura 
operativos. 
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ESCUELA TECNICA SUPERIOR DE INGENIEROS INDUSTRIALES DE VALLADOLID 
DEPARTAMENTO DE TECNOLOGÍAS MECÁNICAS 

SALVADOR BRESO BOLINCHES 

E.T.S. Ingenieros Industriales. Avda. Sta. Teresa, 30 
- Valladolid -

EZ departamento de TecnoZog~as Mecánicas comenzó sus actividades en Me 
cánica de Za Fractura recientemente en octubre de 1983, dado eZ poco tiempo­
que ZZeva funcionando eZ centro y eZ menor tiempo que eZ departamento funcio 
na como tal. Esto no ha permitido todav{a Za dotación deZ material de labora 
torio necesario para Za realización de ensayos experimentales, por Zo que -
Zos estudios son de carácter teórico (aplicados a materiales metálicos). 

Los estudios han ido dirigidos principalmente a Za fase de propagación 
por fatiga de Zas grietas, contemplando dos aspectos: Uno, Za evolución de 
Za forma de Zas grietas de dos dimensiones con eZ crecimiento,y otro. los 
efectos de interacción que se producen aZ variar Za amplitud de los ciclos 
de carga aplicados. 

En Za actualidad se está trabajando en Za elaboración de un modelo teó 
rico de crecimiento de grietas que tenga en cuenta dichos efectos de interac 
ción incluyendo Zos efectos de retardo y aceleración deZ crecimiento de Za -
grieta cuando se producen variaciones tanto de Za amplitud como de Za asime­
tria de Zas ciclos de carga aplicados. 

EZ modelo está basado en eZ seguimiento de cada elemento de material 
desde que entra enZa zona plástica producida en eZ extremo de Za grieta,has 
ta que su influencia es despreciable por estar suficientemente alejado del -
extremo de Za grieta en Za zona ya fisurada. En Za zona plástica frente aZ 
extremo de Za grieta, eZ material está sometido a deformaciones c{cZicas de 
amplitud de deformación plástica creciente a medida que se aproxima aZ borde 
de Za grieta, y cuando Za amplitud y asimetrta de Zos ciclos de carga aplica 
dos var{an, Zo hace también Za amplitud del ciclo de deformación plástica -
deZ elemento considerado, de forma que Za historia de dichas deformaciones 
juega un papeZ importante en Za fractura de dicho elemento de material. EZ 
material ya fracturado permanece con deformaciones residuales de forma que 
en eZ descenso de Za carga se crean tensiones residuales de compresión que 
disminuyen eZ Factor de Intensidad de Tensiones. Estas tensiones residuales 
var{an también con Za variación de Za carga aplicada. EZ modelo cuantifica 
Za influencia de Zas factores anteriormente anunciados sobre Za velocidad 
de crecimiento. 
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ESCUELA TECNICA SUPERIOR DE INGENIEROS INDUSTRIALES 
DEPARTAMENTO DE CINEMATICA Y DINAMICA DE MAQUINAS 

JAIME DOMINGUEZ ABASCAL 

Avda.Reina J:l.1ercedes, s/n2 
- Sevilla -

EZ interés de este Departamento en el campo de Za Mecánica de Za Frac­
tura y Fatiga está relacionado con el diseño de componentes de máquinas some 
tidos a cargas que var{an de forma irregular o incluso aleatoria en el tiem-::: 
po. 

Hasta el presente, el trabajo ha consistido en el desarrollo y contras 
te de programas de ordenador que simulan paso a paso Za respuesta del campo-:: 
nente ante Za excitaci6n irrreguZar. 

En el estudio del periodo de iniciaci6n de grietas por fatiga, el inte 
rés se ha centrado en la implementación de Zas propuestas de cálculo deriva= 
das del Método de Zas Deformaciones Locales. Se ha prestado especial cuidado 
a Za simuZaci6n correcta del efecto de memoria exhibido por los metales cuan 
do se les samete a carga irregular, obviando Za acumulaci6n de errores que -
resulta de definir un nuevo origen en cada inversi6n de Za carga, como conse 
cuencia de Za no linealidad en Zas reglas de cálculo de deformaciones emplea 
~. -

En cuanto al periodo de propagaci6n de grietas, los programas desarro­
llados realizan Za integraci6n lineal ciclo a ciclo de Zas diversas expresio 
nes propuestas para la velocidad de crecimiento da/dN, en funci6n del factor 
de intensidad de tensiones, teniendo en cuenta los modelos de retardo,cierre 
de grieta, etc. 

Se ha considerado as~~smo, Za apZicaci6n de un modelo semianal{tico 
para calcular Za vida de nucleaci6n ante carga aleatoria, basado en Za dis­
tribuci6n de los rangos de un registro, después de haber aplicado el método 
de contar ciclos de Rain Flow. Con este modelo, se elimina la necesidad de 
simulación del registro, con el consiguiente ahorro de tiempo. Un modelo si­
milar, a partir de Za estad-ística de rangos está desarrollándose para el es­
tudio de Za fase de crecimiento de grieta. 

Otro campo de estudio dentro de Za Mecánica de Za Fractura en nuestro 
Departamento es el de Za apZicaci6n del Método de los Elementos de Contorno 
al cálculo de factores de intensidad de tensiones. En la actualidad se dispo 
ne de un programa que utiliza elementos isoparamétricos de tipo parab6Zico y 
nodo a 1/4, empleando funciones de forma singulares para representar Za ten­
si6n en el elemento situado en el vértice de Za grieta. 

En cuanto a trabajos que están comenzándose en el campo de Za Mecánica 
de ~ctura y Fatiga, puede destacarse un proyecto de investigaci6n cuyo ob­
jeto es la puesta a punto de un programa de cálculo elastoplástico y de Zas 
técnicas experimentales necesarias para el estudio de Zas tensiones de cie­
rre de grieta en fatiga. En dicho.trabajo se pretende determinar Za evoZu­
ci6n de Zas tensiones de cierre al crecer la grieta cuando Zas cargas var-ían 
de forma irregular, con objeto de poder mejorar los procedimientos de predic 
ci6n del crecimiento ante este tipo de cargas.EZ otro tema en que se está em 
pezando a trabajar, es el estudio del comportamiento de microgrietas, habida 
cuenta de que Zas técnicas de Mecánica de Za Fractura, tanto lineal como eZas 
topZástica, acotan longitudes cada vez menores de iniciación de grietas. 
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RELACIÓN DE ACTIVIDADES EN FRACTURA DEL DEPARTAMENTO DE METALURGIA 

DOCENCIA 

CARLOS FERRER 

ESCUELA TECNICA SUPERIOR DE INGENIEROS INDUSTRIALES 
Camino de Vera,s/n~ 

-Valencia-

Además de Zas temas en eZ entorno de Za fractura de Zas materiales metáZi 
cos que se imparten en la especialidad Metalúrgica de esta EscueZa Técnica su= 
perior de Ingenieros Industriales, desde hace cinco años ininterrumpidamente, 
se imparte la asignatura de doctorado por eZ Dr.Ferrer titulada "Diseño y cál­
culo a Fractura en Estructuras e Instalaciones Industriales. Diagnóstico de Ro 
tura". 

También han sido organizados por este Departamento, cursos dedicados a Za 
divulgación en Zas medios industriales sobre corrosión y métodos de protección, 
y técnicas de ensayos no destructivos. 

INVESTIGACION 

EZ Departamento de Metalurgia está dirigiendo sus esfUerzos a Zas temas de 
investigación especificas de fractura que mencionamos: 

1 -Rozamiento intermetáUco,'y adher>encia. TriboZogia. 
2 - Corrosión bajo tensiones de acer>os inoxidables. 
3 - Aleaciones ligeras aplicadas a estructuras de vehicuZos. Cálculo a fractura. 
4 - Técnicas de ensayos no destructivos. 

TRABAJOS A LA INDUSTRIA 

Nuestro Zabor>atorio está totalmente abierto a Zas problemas que Zas empr>e­
sas de Za Comunidad plantean. Un alto porcentaje de Zas trabajos desarrollados 
quedan en eZ ámbito del diagnósti.ao de fractura, Zo que enriquecen Zas investi­
gaciones citadas en eZ apartado anterior. 
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DEPTO. DE METALURGIA, U.P.C. 

L. GARCÍA FONT 

AVDA, DIAGONAL 647, E,T,S,I,I, 08028 BARCELONA 

En el Departamento de Metalurgia de Za E.T.S.I.I. de Barcelona 
el equipo de trabajo dedicado al comportamiento mecánico de Zos ma 
teriaZes desarrolla diversos proyectos tanto en materiales metáZi~ 
aos como en materiales no metálicos, Zos cuales están relacionados 
al estudio de Za fractura de los materiales. Entre Zas principales 
actividades cabe mencionar Zas sigúientes: 

a) Recientemente se ha concZu~do un trabajo sobre Za influencia -
de Za austenita retenida en la resistencia a Za fatiga por 
flexión rotativa de aceros Ni-Cr-Mo de baja aleación. 

b) Se está llevando a cabo un proyecto sobre el efecto del tamaño 
y distribución de los nódulos de grafito sobre Zos mecanismos 
de fati'ga y fractura de una fundición noduZar ferrltiaa defor­
mada en fatiga por flexión rotati-va. 

a) Se está iniciando un tr~bajo de investigación sobre fatiga de 
aceros inoxidables ferr~tiaos de contenido intersticial ultra 
bajo, el cual ha sido financiado por Za Comisión Asesora de In 
vestigaaión Cientlfica y Tlaniaa. -

d) Se han iniciado los trabajos preliminares correspondientes a -
dos proyectos de investigación en colaboración con el Departa­
mento de Materiales del Queen Mary College de Za Universidad -
de Londres. En el primero se estudiará, mediante microsaopla -
electrónica de transmisión, la estructura de dislocaciones ge­
nerada en la capa contigua a Za superficie en monocristaZes de 
Molibdeno sometidos a fatiga oligoa~cZiaa. En el segundo pro-­
yecto, se estudiará Za evolución de Zas tensiones internas, asl 
como Za existencia de bandas de deslizamiento persistente en mE_ 
nocristaZes de Niobio deformados en fatiga a altas temperaturas. 

e) Se está llevando a cabo el estudio de Zas propiedades mecánicas 
de tendones humanos asl como de conejo, lstos extraldos del ani 
mal despuls de haber sido sometido a distintos tratamientos ta~ 
to ortopldicos como farmacológicos. Los tendones se someten a 
tracción hasta Za rotura y se estudian Zos cambios en Za micro 
estructura de Zas fibras colágenas. 
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ESCUElA TECNICA SLPERIOR DE INGENIERffi AERrnALITICffi 
CATEDRA DE M::TALOTECN lA 

DIRECTOR DEL DEPARTAMENTO : JOSE ANTONIO GARCIA POGGIO 

PLAZA CARDENAL CISNEROS 3; 28040 MliDRID 

La Une a de investigación dentro del campo de la fractura que se de 
sarroUa en el Laboratorio de Ensayo de Materiales de la Cátedra de Me-:::. 
talotecnia se dirige al estudio de los caracteres microfractográficos -
asociados a los diferentes tipos de rotura en materiales de interés ae­
roespacial. 

En la actualidad, estos estudios se centran en la morfologia de la 
rotura de las aleaciones aluminio-zinc-magnesio 7020 y 7075 en diferen­
tes estados de tratamiento y bajo la acción de distintos tipos de car-­
ga : tracción, impacto y fatiga. 

Las probetas rotas son estudiadas en lupa binocular y microscopio 
electrónico de barrido, con objeto de correlacionar las caracteristi -
cas fractográficas presentes con el tipo de carga aplicado y la micro­
estructura y tratamiento de l T'/13 tal. 

Como trabajo adicional, se está procediendo al estudio de la varia 
ción de caracteristicas mecánicas y de fatiga a lo largo del espesor -:::. 
en planchas gruesas de la aleación 7020 en estado T651, estudiando su 
relación con la microestructura. 

En los próximos meses se iniciará un programa de estudios micro -
fractográficos, similar al realizado sobre aleaciones de aluminio, a­
plicado a las aleaciones de titanio Ti-6Al-4V , Ti-6Al-6V-2Sn y la 
Ti-6Al-4Zr-2Sn-2Mo. 

Igualr113nte se pretende adaptar una de las máquinas de ensayo a fa­
tiga para la realización de experiencias en atmósferas inertes ( argon 
y nitrógeno), con objeto de estudiar comparativamente la influencia -
de la composición ambiental sobre la micromorfologia de las superfies 
de rotura en aleaciones ligeras. 
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ESCUELA T~CNICA SUPERIOR DE INGENIEROS DE CAMINOS; CANALES Y PUEE 
TOS, DEPARTAMENTO DE CONSTRUCCIÓN, UNIVERSIDAD DE CANTABRIA. 

FEDERICO GUTIERREZ-SOLANA SALCEDO 

Avda. de los Castros,s/n2 
-Santander-

Dentro del campo de Za Mecánica de Za Fractura este Departamento desarrolla 
una serie de actividades encaminadas a Za optimización del diseño deZ material 
mediante eZ estudio de Za relación microestructura-comportamiento mecánico. 

En concreto, actualmente se desarrolla eZ programa "Control de Za Microes­
tructura sobre eZ Comportamiento Mecánico de Aceros en Ambientes Agresivos en re 
Zación con su Resistencia" financiado por Za CAYCIT, en coordinación con un am-­
plio proyecto del Departamento de Ingenieria Metalúrgica y Ciencia de Zos Mate­
riales de Za Universidad de Carnegie-MeZZon en Pittsburgh (USA), y con eZ apoyo 
de equipamiento por parte de Za EscueZa Técnica Superior de Ingenieros Industria 
Zes de San Sebastián (CEIT) y Gijón. -

Asimismo, se colabora en eZ programa "Optimización de Programas de Vigilan­
cia de Recipientes a Presión de Reactores y su Análisis" coordinado por Za JEN. 

Desde eZ punto de vista de diseño se ha colaborado en su programa de conjun 
ción de métodos estadisticos y métodos basados en Mecánica de Fractura en eZ di= 
seño ante fenómenos de Fatiga, coordinado por eZ Departamento de Matemáticas de 
Za EscueZa Técnica Superior de Ingenieros de Caminos, Canales y Puertos de San­
tander y eZ Departamento de Construcción de Za EscueZa Técnica Superior de Inge­
nieros Industriales de Gijón. 

Como complemento a estas labores de investigación se realizan actividades 
docentes en relación con Za Mecánica de Fractura, impartiendo cursos de Doctora­
do, colaborando en Cursos Monográficos y participando en Seminarios y Congresos. 
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ACTIVIDADES ACTIJALMENTE EN CURSO EN EL INTA RELACIONADA.S CON LA FRACTIJRA 

A - Materiales Metálicos 

J.M. PINTADO 

I N T A 
Torrejón de Ardoz 

-Madrid-

Publicación, a finales de año, de un libro sobre análisis de fallos en 
servicio de origen mecánico en elementos metálicos. 

Estudios microfractográficos para análisis de fallos de estructuras (sub­
vencionado por Za CAICYT). Dentro de este programa, muy amplio y que cubre com 
portamiento a fatiga, a carga estática y a corrosión bajo tensiones en función 
del tratamiento térmico de dos aleaciones AZ-Si-Mg y otras dos AZ-Cu, y es~dio 
microfractográfico de Zas mecanismos de rotura, se presentarán tres comunicacio 
nes en Za ag Asamblea Nacional del CENIM. 

Estudio sobre equivalencia de valores de KIC halladas directamente o a tra 
vés de Za integral I y curva R en algunos aceros. 

Medidas de velocidad de propagac~on de grietas de fatiga en aleaciones 
AZ-Zn con zonas afectadas por calor. 

B - Materiales no Metálicos 

Estudio de los caracteres microfractográficos de rotura, en diversas con­
diciones de material y tipo de solicitación, de materiales compuestos (matriz 
no metálica y fibras de grafito) y establecimiento de correlación entre carac­
teres micromorfológicos-micromecanismo de rotura-modelo matemático. Trabajo en 
colaboración con el Instituto Aleman DFVLR. 

Comportamiento viscoelástico de materiales compuestos grafito-epoxy. Traba 
jo en colaboración con el Instituto Alemán DFVLR. 
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ESCUELA T~CNICA SUPERIOR DE INGENIEROS INDUSTRIALES 
DEPARTAMENTO DE ~ETALU~GIA 

CARLOS RANNINGER RODRIGUEZ 

José Gutiérrez Abascal, 2 
- Madrid -

Las actividades deZ Departamento de Metalurgia en mecan~ca de Za frac­
tura han estado centradas en aspectos docentes y en casos de aplicación téc­
nica a problemas reaZes. 

En eZ aspecto docente, imparte desde hace años un curso de doctorado 
para ingenieros de Zas especialidades mecánicas y metalurgia sobre mecánica 
de Za fractura. 

En eZ aspecto de aplicación, eZ Departamento ha realizado estudios de 
fractura para centrales nucleares. 

EZ Departamento de Metalurgia, en Za actualidad, sin abandonar Zas Zi­
neas anteriores, está comenzando a actuar en dos nuevas vertientes. 

Por un Zado, intenta incorporar Za Mecánica de Za Fractura aZ diseño 
de componentes por ordenador. Para eZZo, se han puesto a punto unos métodos 
de cáZcuZo para eZ análisis de geometrias senciZZas, es decir estados de 
tensión bidimensional o cuasitridimensionaZ. Con estas geometrias se puede 
tratar una gran parte de Zas problemas usuales en Mecánica de Za Fractura. 
En Za actualidad se está comenzando Za fase de cualificación de Zos progra­
mas en base a resultados experimentales y anaZiticos. 

Por otro Zado, dentro de un proyecto de investigación de estudio de Za 
susceptibilidad a Za IGSCC, se anaZiza eZ comportamiento de Zas materiales 
en ensayos de tracción con veZocidad dé extensión constante sobre probetas 
pre-agrietadas y se estudia eZ comportamiento de Zas mismas. 
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fvÉTODOS DE cALCULO EN EL ANAL! S 1 S DE ELEMENTOS MECÁN 1 COS EN FRACTURA 

C.RANNINGER RODRIGUEZ 
A.MORENO GONZALEZ 
J.OÑORO LOPEZ 

Departamento de Metalurgia. E.T.S.Ingenieros Industriales 
- Madrid -

PaPa eZ análisis de Zas gPietas en elementos mecan~cos se PequiePen com­
plejos métodos de cálculo que pe~itan trataP en toda su complejidad eZ pPobZe 
ma mecánico, que Za ppesencia de Za figura plantea. En eZ Departamento de Ing~ 
niePia MetaZúPgica se está llevando a cabo un pPogPama de puesta a punto de 
una metodoZogia de análisis de elementos mecánicos en fractuPa. 

En esta ponencia se pPesentan Zas métodos de cálculo puestos a punto paPa 
eZ análisis de geometPias senciZZas,es deciP, estados de tensi6n bidimensional 
o cuasitPidimensionaZ. Con estas geometPias se pueden tPatar una gran paPte de 
Zas problemas usuales en mecánica de fractura, tal y como muestran Zas PesuZta 
dos que se presentan. En Za actualidad se está comenzando Za fase de cualifica 
ci6n de Zas progPamas en base a PesuZtados expePimentaZes y anaZiticos. -
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CENTRO NACIONAL DE INVESTIGACIONES METALURGICAS 

MANUEL TORRALBA 

Avda. Gregorio del Amo, 8 
- Madrid -

En el CENIM se dedica en la actualidad atención creciente a estudios de me 
can~ca de fractura, de fractografia y de fractografia cuantitativa, tanto en la 
U.E.I. de Soldadura como en la de Metalurgia Fisica. 

El interés de la U. de Soldadura se ha centrado en aplicaciones de la mecá 
nica de fractura a componentes metálicos, especialmente en uniones soldadas, da 
da la influencia de los ciclos térmicos que implica toda operación de soldeo,s~ 
bre la microestructura del material de base. 

Recientemente se ha finalizado un estudio sobre tuberias de gasoductos con~ 
truidas con acero de 490 MPa de limite elástico y uniones soldadas circulares, 
estudiando la tenacidad mediante los parámetros COD y Jlc, y la fisuración me­
diante los ensayos Tekken y de implantes. También se han realizado medidas de 
tensiones residuales mediante la técnica del orificio ciego con, o sin, correc­
ción de excentricidad y la obtención de COD por el método de "moiré". 

En la U. de Metalurgia Fisica se han llevado a cabo diversos estudios frac 
tográficos que pueden considerarse complementarios de otros más generales desti 
nados al conocimiento de las propiedades mecánicas de diversos materiales. Asi~ 
se ha trabajado sobre la fractura de aleaciones de plomo-antimonio con más de 
diez años de envejecimiento, sobre la fractura y la cavitación que la acompaña, 
de aleaciones superplásticas del tipo Alca5Zn y sobre los mecanismos de fract~ 
ra de monoaristales de la aleación aluminio-4~ cobre en diversos estados de en­
vejecimiento. Además, se están poniendo a punto técnicas de fractografia cuanti 
tativa, determinando parámetros morfométricos de los perfiles que se obtienen -
al seccionar la probeta por planos normales a la superficie de fractura. 
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GRUPO DE MECÁNICA DE FRACTURA DE TECNATOM 

LUIS YAGUE DE ALVARO 

Km.19, Ctra. Nacional Madrid-Irún 
- San Sebastián de los Reyes (Madrid) -

EZ grupo de mecan~ca de fractura de Tecnatom, es un grupo de apoyo técni 
ca, complementario a Za inspección y mantenimiento preventivo cuyas competen= 
cias cabe estructurarlas en Za realización de Zas siguientes funciones, que 
se detallan a continuación. 

2.1 Evaluación de indicaciones de defecto detectadas en inspecciones por en­
sayos no destructivos. 

Cuando una indicación detectada por ensayos no destructivos supera Zas 
standards de aceptación previstos por Za normativa debe ser evaluada de 
acuerdo con criterios de mecánica de la fractura para conocer hasta qué 
punto Za presencia de dicha indicación es condicionalmente aceptable. 

2.2 Evaluación de Za integridad de componentes. 

Dentro de este capitulo se recogen todos aquellos aspectos que suponen 
un seguimiento del estado real de distintos componentes, de forma que se 
cumplan Zas requisitos de tenacidad a Za fractura establecidos por Za 
normativa vigente (Ap. G de 10CFR50). Esto puede requerir revisión de es 
pecificaciones de diseño y "stress reports" y el conocimiento de Zas pr"E_ 
piedades mecánicas de los materiales. 

2.3 Evaluación de Za degradación del material de vasijas de reactores nucZea 
res (cápsulas de irradiación). 

De las actividades incluidas en el párrafo 2.2 se desprende Za necesidad, 
por otra parte desarrollada en diversa normativa, de realizar una vigi­
lancia de la fragiZización originada por irradiación en el acero de Za 
vasija de reactores refrigerados por agua. Por esto en cada central se 
lleva a cabo un programa de vigilancia consistente en irradiar más rápi­
damente muestras del acero de Za vasija y estudiar Za fragilidad produci 
da. -

Tecnatom además de participar en Zas programas de vigilancia de todas 
las centrales nucleares españolas de agua ligera está tomando una parte 
activa muy importante en el programa de investigación coordinado por Za 
OIEA actualmente en marcha y cuya participación española coordina la 
J.E.N. 
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PALABRAS CORTROVQIIDAS 
Q CIQCIA DE MATERIALES 

Osear A. Ruano, Centro Nacional de Investigaciones Metalúrgicas, 
Av. de Gregorio del Amo,8, 28040 Madrid. 

acero duple:a::, duplex steel (austenita -ferrita) 
anclaje, tocking, pinning 
apilamiento, pile up 
arrastre, drag 
ataque, etch 

ataque químico, chemical etching 
barrido, scanning 
blanco., target 
bosque. forest 
bucle" loop 
caida del limite elástico. yield drop 
cavidad, cavity, void 
cavitación~ cavitation 
celda. cell 

celda unitaria .. unit ce11 
cerramiento .. closure 
cizalla" shear 

tensión· critica de ciza.Ua resuelta., critical reSolved shear stress 
clivaje, cleavage 
codo.,ltink 

codo interplanar .. jog 
colar" cast 
conformado. forming 
constreñimiento. constraint 
crowdion .. crowdion 
cuartear, crazing {en polímeros) 
cúpula .. dimple 
daño. damage 

daño por radiación, radiation damage 
deformación (mgemeril).. engineering strain 

deformación real, true strain 
deformación plu.ar .. plane strain 

depresiones .. intrusions 
desgaste .. wear 
desgarro .. tear 
deslizamiento .. glide, sliding, slip 

deslizamiento fácil. easy glide 
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deslizamiento eruzado,. cross slip 
deslizamiento de fronteras de grano, grain boundary sliding 

desplazamiento,. displacement 
desplazamiento de apertura de grieta,. crack opening displacem~nt 

detenedor ... arrest 
dislocación, dislocation 

dislocación en arista. edg~ dislocation 
dislocación he1icoida1, scr~w dislocation 
dislocación en espiral¿! helical (spiral) dislocation 
disloea.clón no deslizable. ~ssil~ dislocation 
dislocación deslizable" glissil~ dislocation 

dispersión, scattering 
dominios, domains 

dominios antifase .. antipha~ domains 
dureza, hardness 
embuticlón .. doop dra'Wing 
emisión de campo, fi~ld ~mission 
empobrecer. to d~pl~te 
endurecimiento,. hardening 

endurecimiento por envejecimiento, age hard~ning 
endurecimiento por temple .. qu~nch hardening 
endurecimiento por trabajado, work hardening 

energía por unidad de área disponible para la propagación de una 
fisura, ~n~rgy r~l~ase rate 

enlace, bond (~ntre átomos) 
enromamiento, blunting 
ensayo .. test 

ensayo de choque .. impact test 
entalla .. notch 
envainara to clad 
envejecimiento/# aging 

envejecimiento por deformación, strain aging 
escalón, step 
espiga .. spike 
estado estacionario, steady state 
estirado .. drawing 
estriación .. striation 
estdcclón.~~ neck 
e~enteaexponent 

exponente tensión., stress expon~nt 
exponente de la velocidad de deformación .. strain rate sensitivity 

emusión .. ~xtrusion 
factor, factor 

factor de intensidad de tensiones .. stress intensity factor 
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stacking fautt 

v.ug.,;;¡.<;; (martensita -ferrita) 
pit 

figure 
chevron pattern 

uu:!!.QflllQ C<>mt>Uanoo (inverso de la rigidez) 

diffusional creep 
d.e bordes de grano .. grain boundary 

sliding creep 
tmJlenloo d.e dis1oca.d.ones .. slip croop 

"""'"''Jl.!< ... ,"'" e:m~I)!Utnc::tai power law croop 
......... ,.,..""...,"""' """""""" ....... ,................. power law breakdown 

.......... ..,. ...... , ......... , intercrystalline fracture 
ustnscnst....l:a,.,.,,.... .... , transcrystalline fracture 

deavage fracture 
coJrrosto,n bajo tensión¡ stress corrosion fracture 

corrosion fatigue fracture 

boundary 
subgrain boundary 
boundary 

tilt boundary 
boundary 
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intervalo de temperaturas .. t'.émperature range 
laminación .. rolling 
lazo .. loop 

lazo de dislocación, dislocation loop 
limite elástico aparente .. yield strength 

zona del limite elástico aparente .. yield point 
limite elástico aparente superior (inferior).. upper (lower) yield 

strength 
lingote .. ingot 
longitud de la parte calibrada .. gage length 
macla .. twin 
marcas de playa .. beach marks 
martensita., martensite 

martensita laminar .. lath martensite 
material compuesto .. composite material 
matriz .. matrix 
modos de fractura, fracture modes 
moldeo .. molding 
molino .. mill 

molino de bolas .. ball mi11 
orden .. order 

orden de corto alcance .. sbort range order 
orden de largo alcance .. long range order 

pandeo .. buckling 
piel de naranja .. orange peel 
plano de hábito .. habit plane 
protuberancia .. extrusion 
pulido. polishing 
pulvimetalurgia., powder meta.Uurgy 
radiación de frenado .. bremsstrahlung 
radiotrazador a radioactive tracer 
recocido, annealing 
recubrimiento# coating 
rechupe ~~ shrinkage 
refino., refining 

refino por zonas .. zone refining 
reforzamiento, strengthening. 
resistencia., resista.nce, strength 

resistencia a la tracción., ultimate tensile strength 
resistencia a la fatiga, fatigue strength 

restauración# reeovery 
retrodispersión .. back -scattering 
revenido., tempering 
revestir .. to coat 
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revestimiento .. coating 
rigidez .. stiffness 
rotura .. rupture 

rotura de cúpula.. dimple rupture 
sección eficaz .. cross section 
segregación .. segregation 

segregación localizada_. coring 
sobreenvejecimiento. overaging 
sobreen.friamiento, supercooling 
soldadura .. weldin~ bonding 

soldadura por arco .. are welding 
soldadura fuerte .. brazing 
soldadura en estado sólido .. solid state bonding 

soporte físico, hardware 
soporte lógico, software 
sumidero, sink 
superación de obstáculos, overcoming of obstades 
templar .. to quench 
templabilidad, hardenability 
tenacidad .. toughness 

tenacidad a la fractura .. fracture toughness 
tensión .. stress (concepto nuevo ya que puede ser de tracción o compresión) 

tensión anular .. hoop stress 
tensión de cedencia., proof stress 
tensión critica de dza.Ua resuelta, critical resolved shear stress 
tensión de fluenda~ flow stress 
tensión de fractura .. fracture stress 
tensión límite de fatiga .. endurance limit 
tensión planar .. plan e stress 
tensión residual .. residual stress 

teoría zonal .. zone thoory 
termopar .. thermocouple 
tiempo de vuelo, time-of -flight 
tcansitorio .. transien 
tcepado, dimb 
umbral .. threshold 
vacante .. vacancy 
vaina .. dadding 
velocidad .. rate, speed 

velocidad de deformación .. strain rate 
velocidad de temple .. quenching rate 

zanja de energía, energy gap 
zona afectada por calor .. hot-affected zone 
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ALGUNOS TERMINOS EMPLEADOS EN FRACTOGRAFIA 

Datos aportados por J.M. Pintado del INTA 

Español 

Descohesión 

Seudodescohesión 

Rotura 

Cúpulas 

Frágil 

Dúctil 

Ríos 

LengÜetas 

Escalón 

Labio de salida 

Inglés 

Cleavage 

Seudo cleavage 

Breakage 

Dimp~es 

Brittle 

Dúctil 

Rivers 

Tongues 

Step 

Shearlip 

Francés 

Clivage 

{ 
Faux cli vage 
Seudo-clivage 

Rupture 

Cúpules 

Fragile 

Ductile 

Rivieres 

Languettes 

Marche 

Lissere 

Espinazo de desgarro Tear ridge 

Cúpulas normales Cupules normales 

Cúpulas de eje inclinado C~pules allongees 

Fractura Fracture 

Desgarro 

Desgarro semifrágil 

Intercristalina 

Intergranular 

Madera podrida} 
Leñosa 

Huellas de neumáticos 

Serpentinas de desliza­
miento 

Coalescencia de microva 
cíos 

Corrosión bajo tensión} 
o tenso-corrosion 

Enfragilización por hidrógeno 

Rotura diferida bajo carga 
estática 

Tear Dechirement 

Lowtear energy fractu- Dechirure semifragil 
re 
Intercristaline 

Woody fracture 

Tire-traks 

Serpentineglides 

Microvoid coalescence 

Stress-corrosion 

Hidrogen embritllement 

Delayed static failure 
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Intergranulaire 

Bois pourra 

Coalescence des trous 

Corrosion sous tension 

Enfragilisation par l'hydr~ 
gene. 




