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E D I T O R I A L 

Estos Anales de la Mecánica de la Fractura contienen las comunica 

cienes presentadas durante el Tercer Encuentro Nacional del Grupo 

Español de Fractura. El número de contribuciones y su calidad me

dia ha superado las del año anterior y a través de sus contenidos 

es posible perfilar el espectro de actividades de los distintos 

grupos que trabajan en el Campo de la Fractura. 

En este Tercer Encuentro ha destacado la presencia del Profesor 

Luciano Paria, Presidente del Grupo Portugués de Fractura, que ha 

inaugurado las sesiones, y las contribuciones del Profesor Carlos 

Ruiz, de la Universidad de Oxford, del Doctor G. Asquith delaC~ 

pañía Rolls Royce, del Doctor R.D. Rawlings del Imperial College 

y del Profesor Alejandro Font, de la Universidad Católica de San

tiago de Chile. 

Los editores desean expresar su agradecimiento a todos los parti

cipantes sin cuya cooperación no hubiera sido posible la publica

ción de estos Anales. 

Sigüenza, abril de 1986. 

7 
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1.- INTRODUC(AO 

O ENSINO E A INVESTIGA~AO EM PORTUGAL 
NO DOMINIO DA MECANICA DA FRACTURA 

Professor Luciano Faria(*) 

Sendo recente o novo ramo da Ciencia e da Engenharia denominado Mecá
nica da Fractura, e naturalmente recente o seu ensino e investigagao em Por 
tugal. 

Comegou esta área a desenvolver-se nas escolas de engenharia da Unive~ 
sidade Técnica de Lisboa (UTL) e da Universidade do Porto (UP) , respectiva
mente no Instituto Superior Técnico (IST) e na Faculdade de Engenharia(FEUP), 
tendo de inicio os seus docentes e investigadores ido especializar-se no es
trangeiro, nomeadamente em universidades inglesas e francesas, onde realiza
raro os seus doutoramentos. 

Posteriormente outras Universidades portuguesas langaram-se igualmente 
neste dominio, em especial a Universidade do Minho (UM) (Braga/Guimaráes) e 
a Faculdade de Ciencias e Tecnología da Universidade de Coimbra (FCT-UC) .Com 
base no número de docentes e investigadores existentes já doutorados, número 
que já ultrapassa a vintena, foi possível iniciar em Portugal investigagao 
propria e realizar doutoramentos. 

Tambero os "departamentos de materiais" do Laboratório Nacional de En
genharia Civil (LNEC) , do Laboratório Nacional de Engenharia e Tecnología 
Industrial (LNETI) e do Instituto de Soldadura, bem como laboratórios de cer 
tas empresas (SOREFAME, LISNAVE, etc) tem efectuado estudos no dominio da me 
cánica das rochas e do comportamento mecánico dos materiais, de estruturas e 
construgoes metálicas soldadas. 

2.- ENSINO 

2.1.- As nogoes básicas da mecánica da fractura e das suas aplica9oes,no 
meadamente no que respeita a fadiga e a fluencia, sao ministradas em várias
disciplinas dos Cursos de licenciatura de Engenharia Mecánica das 4 escolas 
de engenharia acima referidas, e ainda no Curso de licenciatura de Engenha
ria de Construgao Naval, leccionado no IST. Os nomes das disciplinas variam 
naturalmente com a organizagao dos_cursos de cada Faculdade:Mecánica dos S~ 
lidos, Mecánica dos Materiais, Orgaos de Máquinas, Tecnologia Mecánica, etc. 
As nocoes sobre o estrutura dos materiais sao ministradas nas disciplinas 
de Metalurgia e Materiais a cargo de Departamento de Engenharia de Materiais. 

(*) Professor Catedrático do Instituto Superior Técnico (Universidade Técnica 
de Lisboa) e Presidente do Departamento de Engenharia Mecánica do IST. 

Presidente do "Strengthening Committee of the European Group on Fracture" 
e membro do "Advisory Committee of EGF". 
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Num Curso sobre Soldadurav a cargo do Instituto de Soldadura portugues, com 
vista ~ formacao de engenheiros soldadores, tambem sao ministradas nocoes b! 
sicas da mecánica da fractura, das suas aplicacoes e dos seus aspectos meta
lúrgicos. Neste curso colaboram professores tanto de Lisboa, como do Porto e 
do Minho. 

2.2.- O ensino desta área científica é fortemente desenvolvido nos cur
sos de pos-graduacao (mestrado) que sao ministrados tanto no IST, com~ na 
FEUP. 

No IST a mecánica da fractura é leccionada nas disciplinas de Fractura, 
Fadiga e Fluencia e de_Ruína Estrutural do curso de mestrado de "E~genharia 
de Projecto e Construcao Mecánica", emvárias das suas especializacoes, mas 
com maior incidencia nas de Materiais, de Construcao Metálica, de Construcao 
Mecánica e de Manutencao Industrial. o estudo teórico é completado com aulas 
de laboratório. 

Na FEUP, a mecan~ca da fractura é leccionada na disciplina com esse mes
me nome incluida no curso de mestrado de Estrutural" e na disci
plina de Mecánica dos Materiais para o curso de mestrado em"Materiais e Pro
cessos de Fabrico". 

2.3.- Para a indústria e para os engenheiros tem as escolas de engenha
ria de Lisboa e do Porto promovido cursos, em pós-laboral ou intensi
vo, sobre a Mecánica da Fractura e a , e sobre outras áreas, tais como 
Construcoes Metálicas Soldadas, Reservatórios sob Pressao, em que as nocoes 
da fractura e de fadiga sao ministradas assim urna reciclagem e ac 
tualizacao de conhecimentos. Alguns desses cursos tem sido dados em estrita 
colaboracao com a Ordem dos Engenheiros de Portugal. 

A nivel mais avancado tem-se realizado seminários e colóquios com a co-
laboracao de professores nacionais e , patrocinados por diversos 
organismos nacionais e internacionais , entre os se refere a AGARD. 

3.- INVESTIGACAO 

A investigacao em Portugal tem-se verificado sob várias formas: 

- Investigacao em colaboracao com Universidades estrangeiras, nomeadame~ 
te investigacao de base; 

- Investigacao efectuada pelas Universidades Portuguesas ou em cooperacao 
entre elas, visando tanto investigacao de base, como investigacao apli
cada, atendendo a necessidades do nosso País e a pedido concreto da in
dústria, quer sob aspectos da aplicacao, quer de desenvolvimento; 

- Estudos de acidentes, peritagens, etc. visando encontrar solucoes ten
dentes a eliminar as ruinas ou os acidentes verificados. 

Procurar-se-á a seguir pormenorizar até certo ponto a actividade desen
volvida e referir os contactos que se tem mantido e desenvolvido com Universi
dades estrangeiras e organismos internacionais. 

3.1.- Investigagao de base em cooperacao com Universidades e Organismos 
Estrangeiros 

Tem esta investigacao incidindo sobre variados temas entre as quais cita
remos: 

- Limiares de fadiga, de e de corrosao sob tensao em agos 
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de média resist~ncia (em colaboracao coro o Imperial College). 
- Pequena fissuracao em ligas de aluminio (projecto round-robin da AGARD) . 
- Fadiga de rolamento (em colaboracao coro as Universidades de Compiegne, 

de Lyon e coro Creusot-Loire). 
- Fadiga e fractura em estruturas soldadas, incluindo aspectos de arranca

mento lamelar, fissuras do tipo V (chevron) (em colaboracao con Cran
field IT) • 

- Comportamento mecánico de plásticos e comp6sitos (colaboracao coro Impe
rial College, UMIST e CIT, respectivamente). 

- Mecanica de fractura e fadiga a temperaturas elevadas (ambos em colabo
racao coro o CIT). 

- Aplicacao do método dos elementos finitos (colaboracao coro University 
College, SWansea). 

- Mecánica do impacto (colaboracao coro UMIST) . 
- Flu~ncia de acos e aluminios (colaboracao coro o Imperial College). 
- Fadiga-corrosao em acos de média/baixa resist~ncia e em ligas de alumí 

nio (vários trabalhos em colaboracao coro o Imperial College). -
- Estudo tridimensional, por elementos finitos, do comportamento de pica

gens em reservat6rios (colaboracao coro o Imperial College). 
- Mecanismos de fadiga térmica (colaboracao com o IRSID) • 

Embora coro características diferentes nao se deixa de assinalar o estudo 
da mecanica das rochas, levado a cabo por diversos labor~t6rios europeus e am~ 
ricanos, mas liderado pelo LNEC, onde além da investigacao de base se criou e 
desenvolveu muito equipamento de ensaio. 

3.2.- Investigacao 1 desenvolvimento por solicitacao da indústria portu
guesa e coro a sua colaboracao ou por iniciativa da pr6pria Univer
dade. 

Esta investigacao tero sido realizada por qualquer das quatros escolas, ou 
em cooperacao entre elas. Entre os assuntos de maior relevancia que t~m sido 
estudados citam-se os seguintes: 

- Estudo sobre acos utilizados em ferramentas de corte e estampagem. 
- Estudo de materiais utilizados no fabrico de moldes para plásticos. 
- Estudo do comportamento de acos de liga sujeitos a temperaturas eleva-

das. 
- Estudo de ligacoes soldadas em estruturas de aco estática e dinamicamen 

te solicitadas; vários aspectos de fractura (problemas "pop-in" e ou
tros). 

- Estudo da propagacao de fissuras de fadiga ero estruturas tubulares de 
auto carros. 

- Comportamento de tubagens industriais na presenca de defeitos. 
- Previsao do comportamento de estruturas metálicas contendo defeitos. 
- Mecanica da fractura aplicada a betoes. 
- Comportamento de provetes de dadas geometrías, estudado através de aná-

lise elásto-plástica em computador. 
- Determinacao de factores de intensidade de tensao. 
- Aplicacao da mecánica da fractura probabilística a construcoes soldadas. 
- Aplicacao de holografía á determinacao experimental da extensao na re-

giao plástica na extremidade de urna fenda. 
- Projecto de equipamento de ensaios (de fadiga, corrosao sob tensao, me

dicao da propagacao de fendas, etc.) 

3.3.- Estudo de acidentes 

T~m as Escalas de Engenharia Portuguesas citadas no presente trabalho sido 
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solicitadas a dar parecer sobre as causas de rotura variada em equipamentos 
mecanices em servico, ou analisar o estado de equipamentos antes de qualquer 
ruina, ou ainda a propor solucoes para eliminar causas de rotura verificadas. 
Citam-se a titulo de exemplo: 

- Rotura de veios, de olhais, de elementos roscados, etc. 
- Rotura de ~mbolos de compressores. 
- Análise do estado de esferas de armazenagem de butano e propano. 

3.4- Equipamento 

Dispoem já os laboratórios das Escolas Portuguesas de Engenharia e 
de outros organismos e empresas equipamento moderno que permite ensaios está 
ticos, de fadiga, de fractura, a temperaturas elevadas, de corrosao sob ten~ 
sao, de fadiga- corrosao, de resili~ncia, de dureza e microdureza, etc. 

Completa este equipamento outro equipamento clássico que permite a medi
cao e o registe dos ensaios (extensom~trico, osciloscópios, registadores x-y, 
transdutores, fotoelástico, sistema de aquisicao de dados, microcomputadores 
para programacao e comando do equipamento de ensaio segundo ciclos pré-deter
minados, etc.). Tal equipamento serve igualme~te para uma actividade importa~ 
te no dominio da análise experimental de tensoes. 

Microscópios metalográficos e electrónicos de varrimento e outro equipa
mento necessário a análise de roturas equipam igualmente os laboratórios de 
ensaio de materiais. 

Finalmente computadores de relativamente grande capacidade permitem rea
lizar os estudos em que é necessário recorrer a técnicas de análise númerica, 
nomeadamente a elementos finitos. 

4.- RELACOES NACIONAIS E INTERNACIONAIS 

4.1.- Já em 3.1 se deu uma ideia das ligacoes que se tem procurado esta
belecer, manter e desenvolver com Universidades e organismos de investi
gacao estrangeiros. Tais contactos nao se tem limitado porém aos organis
mos citados mas a muitas outras Universidades (Lehigh, Berkeley, North 
Staffordshire, etc.) e organismos (British Welding Institute, Central Elec 
tricity Generatory Board da Gra Bretanha, Institut de Soudure Francais, 
etc.) • 

os contactos e as ligacoes tem sido igualmente desenvolvidos nas relacoes 
com organismos internacionais, nomeadamente como Instituto Internacional de 
Soldadura, com o Grupo Europeu da Fractura (EGF) e a Conferencia Internacional 
da Fractura (ICF). A seguir se pormenorizam estes contactos. 

4.2.- Criado de uma forma informal, no seu inicio, o Grupo Portugues da 
Fractura (GPF) , foi este posteriormente transformado na Seccao FRACTURA da ~ 
ciedade Portuguesa de Materiais (SPM-Fractura). 

Temo GPF, e posteriormente a SPM-Fractura,desenvolvido a sua actividade 
quer a nivel nacional, através de colóquios, jornadas e outras reunioes, quer 
a nivel internacional participando nas reunioes europeiasdo EGF e internacio
nais do ICF e do IIS. Participam os seus membros na direccao do EGF e do Com~ 
té de Reforco deste Grupo Europeu (EGFSC), a que abaixo se faz referencia. 

Como é possivelmente do vosso conhecimento as finalidades desta Comissao 
de Reforce sao as seguintes(transcreve-se o teor de resolucao tomada pelo EGF 
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na reuniao de Lisboa, em Setembro de 1984): 

"Será criado urn Comité de Reforce do Grupo Europeu de Fractura- CRGEF 
(no texto em ingles European Group on Fracture Strengthening Committee
EGFSC), soba presidencia do Prof. Faria, cujos membros derao convidados 
pelo presidente. Este Comité apresentará recomendacoes, além das activi
dades editaríais, identificáveis com as actividades da EGF, e no seio de 
toda a Comunidade Europeia. Em especial explorará a possibilidade de es
tabelecer um consenso europeu sobre problemas de controle de qualidade e 
ensaios de materiais relacionados com a ruina; poderao ser considerados 
nomeadamente: 

1) Emendas nos códigos, normas e guias correntemente utilizados como 
fim de urna adequacao a condicoes e critérios europeus. 

2) Preencherfalhas existentes nos actuais códigos, normas e guias no cam
po especifico do controle de fractura. 

3) Actuar como organismo consultor das autoridades certificadoras inter
nacionais, por exemplo, em pedidos relativos á nao observancia de re
gras, substituidas por garantías dadas por propriedades atinentes dos 
materiais, nao exigidas, mas que igualmente determinam a seguranca. 

Os modos de contactar as autoridades certificadoras internacionais e Ins
titutos Europeus relacionados com a prescricao de regras, cógidos, normas 
e guias será judiciosamente averiguado". 

Com a finalidade de apoiar o EGFSC criou a SPM-Fractura urna Comissao Na
cional para estudar os problemas de sistematizacao de normalizacao e de intro
ducao das nocoes de mecanica de fractura em códigos. Esta Comissao Nacional 
constituiu vários Grupos de Trabalho (GT) para se ocuparem dos diferentes ti
pos de equipamento: 

G.T.1) Construcoes Navais 
G.T.2) Transportes Ferroviários e Rodoviários 
G.T.3) Estruturas e Pontes Metálicas 
G.T.4) Estruturas e Pontes de Betao 
G.T.5) Equipamento Industrial (caldeiras, permutadores, reservatórios 

sob pressao, tubagem, etc.) 
G.T.6) Plásticos e Compósitos 
G.T.7) Equipamento mecánico para barragens e centrais de todos os tipos, 

condutas forcadas, pipelines 

No que respeita ao Instituto Internacional de Soldadura há urna forte par
ticipacao, apoiada no Instituto Portugues de Soldadura, nas reunioes anuais in 
ternacionais, referindo-se em particular a colaboracao nas Comissoes XIII- Fa~ 
diga e XV - Projecto. 

5.- PUBLICACOES 

Em consequencia da investigacao atrás citada e da actividade desenvolvida 
urna numerosa bibliografía tem sido produzida sob as formas mais variadas: 

- Tesesde doutoramento (em portugües, ingles ou frances) 
- Comunicacoes a congressos, simpósios e outras reunioes internacionais. 
- Publicacoes em revistas nacionais e estrangeiras. 
- Relatórios. 
- Textos de cursos e livros. 
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Assinale-se por fim a par!icipac;ao nas actividades dos "Task Groups" do 
EGF e em programas em cooperac;ao que o EGF tem promovido. Citam-se a titulo 
de exemplo: 

- O programa em cooperac;ao no dominio da fractura elasto-plástica. 
- Os programas do tipo "round-robin". 

6.- COLABORACAO ENTRE ORGANISMOS DE INVESTIGACAO E UNIVERSIDADES ESPANHOLAS 
E PORTUGUESAS 

Ao terminar a presente exposic;ao cabe-me fazer duas referéncias. A pri
me~ra diz respeito ao amável convite que me fizeram para assistir a esta reu
niao , convite que desejo agradecer em especial ao meu Amigo e Colega, Prof. 
Manuel Elices. 

A segunda refer~ncia diz respeito ao estabelecimento de cooperac;ao e e~ 
laborac;ao entre investigadores espanhois e portugueses e respectivos organis
mos, as quais práticamente nao tem existido até agora. 

Ficam por isso desde já aquí duas sugestoes • A primeira dirá respeito á 
organizac;ao conjunta das Jornadas Luso-Espanholas da Fractura, que poderiam 
ter lugar de 2 em 2 anos e alternadamente.em Portugal e Espanha. As primeiras 
poderiam realizar-se em Portugal em 1987, em data e local a fixar. 

A segunda sugestao diz respeito a colaboragao entre organismos de investí 
gac;ao dos dois paises, a qual se poderia estabelecer-se combase na ajuda que 
os programas da CEE (BRITE, Stimulation, etc.) concedem. Poderemos do nosso 
lado sugerir temas num futuro próximo. Dentro desta mesma linha a vossa parti
cipac;ao na minha Comissao da EGF com vista a fazer penetrar a mecanica da 
fractura nos códigos e nas normas e a sistematizar e harmouizar uns e outras 
seria para mim extremamente benvinda. 
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FIABILIDAD Y DETERMINACION DE LA 
VIDA EN MOTORES DE AVIACION. 

G. ASQUITH 
Manager Mechanical Research 
Development Rolls-Royce. 

Como se ve en las dos primeras figuras, los motores de aviación se compo
nen de un gran número de elementos. Todos ellos tienen que diseñarse tratando 
de conseguir el peso mínimo y por lo tanto tienden a estar sometidos a elevad~ 
tensiones de trabajo. 

Las imperfecciones contenidas en el interior de la materia, en forma de da 
ño a las superficies del elemento o intrinsecas, pueden ocasionar un agrieta
miento prematuro o incluso fractura debida, por lo general, a un proceso de fa 
tiga. 

Realizan análisis basados en la mecan~ca de fractura, junto con investig~ 
ciones de laboratorio, para lograr una explicación física de los problemas que 
se presentan. 

Los métodos de la mecánica de fractura revisten especial importancia en 
el diseño de elementos 'críticos'. Estos son principalmente los discos de com
presor y turbina en los cuales es imprescindible estimar la duración de vida se 
gura de servicio. 

1 .- Elementos críticos._ 

Se definen como críticos aquellos cuya rotura puede poner en peligro a los 
ocupantes del'avi.án., 

Si la rotura de un elemento solamente tiene como resultado el que se tenga 
que parar un motor tal elemento es 'no critico' en un avión con varios motores, 
puesto que los motores restantes pueden, en la mayoría de los casos, proporcio
nar suficiente potencia para permitir la continuación del vuelo. 

Los elementos se designan críticos principalmente cuando la rotura resulta 
en fragmentos lanzados con elevada energía cinética. 

Los elementos críticos están sometidos a un control de calidad riguroso du 
rante su fabricación y tienen que satisfacer determinados criterios fijados por 
las autoridades legislativas. 

Los elementos se diseñan siempre que sea posible para que no sean críticos. 
En general los discos de compresor y turbina son siempre críticos porque su ro
tura da lugar a fragmentos cuya elevada energía cinética les permite penetrar 
el casco del motor. Los cascos se diseñan para soportar el impacto de un álabe 
único del compresor o de la turbina por lo que dichos elementos no son críticos. 

Existen otros elementos que pueden ser críticos o no dependiendo del pro
yecto del motor: Los ejes principales y la estructura soporte. 

2.- Requisitos por la seguridad de vuelo. -

Los requisitos fijados por las autoridades legislativas para la seguridad 
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de vuelo tratan de evitar la rotura de discos en servicio. Para ello exigen: 

i) Capacidad para soportar un exceso de velocidad (en caso de fallo de 
sistema de control. 

ii) Comprobación de la ausencia de vibración de álabes a alta frecuencia. 

Capacidad para soportar un número de ciclos a elevada deformación (vida). 

(Deberán sustituirse los discos antes de alcanzar esta vida) 

Desde el punto de vista de la mecánica de fractura, se concede la máxi
ma importancia al cálculo de la vida de fatiga a deformaciones elevadas o ba
jo número de ciclos. El concepto de 'umbral de vibración' es pertinente para 
evitar el fallo en una situación en la que se presente una vibración a eleva
da frecuencia. 

3.- Ciclo básico de vuelo comercial.-

Un vuelo comercial consiste en el ciclo básico de la figura 3 que se sim
plifica tomándose un ciclo de tensión de 0-maximun-0, llamado ciclo mayor y un 
ciclo menor de tensión alrededor de un valor medio, debido al descenso y a la 
inversión de empuje. Algunas veces hay más de un ciclo menor pero su efecto en 
general es de poca importancia. 

4.- Origenes potenciales de fatiga.-

Estos son los que se explican en la figura 4, consistiendo en: 

Zonas sencillas a elevadas tensiones. 
Concentraciones de tensión. 
Daño superficial. 
Imperfecciones internas. 

5.- Procedimientos para el control de la vida de servicio. -

El método tradicional se conoce como 'vida segura'. Se hace una estimación 
de la vida minima que pudiera alcanzar cada elemento antes de producirse un 
agrietamiento. La estimación considera la posible dispersión de fatiga por me
dios probabilisticos. 

Las vidas se estiman de tal forma que la proporción de elementos que fallen 
sea inferior a 1/1000. 

El segundo método puede llamarse 'retiro justificado'. Los elementos se ins 
peccionan cada cierto tiempo y solamente se retiran de servicio cuando se encuen 
tra una grieta. Es necesario poder detectar grietas de 0,25 mm. para que el in-
tervalo entre una inspección y la siguiente sea lo más largo posible. 

El procedimiento de capacidad de absorber daño exige que la estimación de 
la vida segura inicial tenga en cuenta la existencia de daño superficial tipico 
tal como huellas de mecanizado, hoyos y arañazos asi como imperfecciones del ma 
terial (inclusiones y segregaciones). 

El modelo del mecanismo elemental de fatiga, ilustrado en la figura 5, con
siste en un proceso de nucleación seguido por otros de crecimiento de grieta, 
primero de corta extensión y después en forma estable que conduce a una fractu
ra rápida . Antiguamente se consideraba una vida de iniciación de grieta hasta 
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el momento en que se había formado una grieta visible a simple vista. Esta vi 
da incluía la nucleación, la formación de microgrietas a escala cristalográ
fica y parte de la fase de crecimiento estable de grieta. 

Las figuras 6,7 y 8 explican con mayor detalle los métodos de proyecto. 

6.- Estimación de la vida mediante mecánica de fractura.-

La primera operación consiste en calcular el factor de intensidad de ten 
sienes. Para ello, siguiendo el diagrama de la figura 9, se definen los tama
ños y formas iniciales de las grietas, se aplican factores geométricos de co
rrección que combinados con el campo de tensiones existentes definen el valor 
de K y por tanto el ~K para cada ciclo. 

Con el valor de ~K y mediante la aplicación de la ecuación de Paris basa
da en datos experimentales se obtiene por integración numérica el valor esti
mado para la vida (fig. 10). 

Tamaños tdpicos de los defectos que pueden detectarse actualmente por me
dio de ensayos no destructivos son los que se muestran en la figura 11. El ta
maño máximo de imperfección que puede garantizarse tiene una importancia su
prema, debido a los altos niveles de tensión a los que funcionan los discos. 
A no ser que se pueda garantizar un tamaño muy pequeño de grieta, no se podrá 
alcanzar una vida suficientemente larga. 

La velocidad de propagación de grieta se refleja en las figuras 12 y 13. 
Deberá observarse la duración de la vida para una grieta que comenzando en 
0,0123mm. alcanza 0,125 mm. 

Pequeñas variaciones en el tamaño inicial producen grandes variaciones en 
la vida total. Esto puede explicar en parte la dispersión en la llamada vida 
de iniciación. Por otra parte la estructura cristalográfica es de importancia 
para tamaños tan pequeños lo que también pudiera ser una causa de dispersión. 

7.- Conclusiones.-

Dos discos con defectos superficiales debidos al proceso de fabricación y 
transporte rompieron a partir de dichos defectos cuando se ensayaron. Los re
sultados están en mejor correlación con las predicciones de la mecánica de frac 
tura (Fig. 14) que con las curvas tradicionales S-N acompañadas de una toleran~ 
cia probabilística de dispersión (fig. 15). 

Para confirmar las predicciones de la duración de propagación de grietas, 
se realizaron ensayos de carga cíclica de discos en los que se habían introdu
cido artificialmente grietas por fatiga (fig. 16). LOs resultados,como se de
muestra en fig. 17 estaban de acuerdo con las predicciones dentro de un margen 
de dos a uno. 

Por último la Fig. 18 describe un ejemplo de una grieta que creció a par
tir de un defecto interno durante un ensayo de fatiga en un disco de una supe
raleación de níquel. Los acuerdos entre forma de grieta y vida estimada y real 
fueron buenos. Los datos sobre velocidad de propagación de grietas se obtuvie
ron mediante probetas CTS y probetas con grieta en esquina. 
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DETERMINACION DE K¡c MEDIANTE ENSAYOS DE CHOQUE 

c. Ruiz 

UNIVERSIDAD DE OXFORD.Dpt~ Ingeniería. Parks Road. 
OXFORD OX2 8BU. Inglaterra. 

Se describe Za interpretaci6n de los ensayos Charpy en el árríbito de la mecánica 
de fractura y su aplicaci6n a la determinaci6n de Kic· Se demuestran las venta
jas de otros ensayos, en particular la probeta entallada de tracci6n y la utili 
zaci6n del aparato de ensayo por choque tipo Hopkinson sobre el péndulo Charpy
clásico. 
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1.- INTRODUCCION 

La determinación directa de K según las normas ASTM 399 suele requerir pr~ 
betas de gran tamaño y espesor, pr~~entando serias dificultades en la práctica. 
Dos posibles alternativas son la correlación estadistica entre Charpy V, NDT,etc, 
y K y ensayos de choque con péndulo instrumentado. La primera posibilidad ha si 
do ~§jeto de estudio desde hace más de cuarenta años /1,2/ al cabo de los cuales
se llega forzosamente a la conclusión de que la dispersión de los resultados no 
justifica la utilización de correlaciones entre las diversas magnitudes. La segu~ 
da es más reciente, aunque la instrumentación del péndulo no es, ni mucho menos, 
una innovación moderna /3/, y se considera que es un camino más fructifero que el 
primero. 

2.- INTERPRETACION DE ENSAYOS CHARPY INSTRUMENTADOS 

K o el correspondiente valor dinámico K d puede obtenerse según las normas 
IPRI-ASTM /4/ a partir de ensayos con probetasi tipo Charpy en las que se ha in
troducido por fatiga una grieta en el fondo de la muesca cargadas en un péndulo 
en el que se mide la variación de carga con el tiempo. La figura 1 es una curva 
tipica para un acero tipo SA 508. Las condiciones estipuladas para que el ensayo 
dé resultados válidos son: 

- la duración, hasta el momento de rotura, tf deberá ser superior a tres veces el 
periodo de vibración, T. 

- tf superará en un 10% al periodo de respuesta de la instrumentación TR. 

- la energía disponible, E , deberá ser superior a tres veces la energía absorbi-
da w • 0 

m 

La primera condición responde a la práctica usual en el análisis de fenóme
nos dinámicos según la cual podrá ocurrir lo siguiente: 

- si t>3T el sistema puede considerarse como en un estado de equilibrio estático. 
Para un sistema elemental consistente en una masa y un resorte, se demuestra f! 
cilmente que el error cometido es inferior a un 10%. 

-si 0,15T<t<3T, las fuerzas inerciales adquieren cierta importancia y no pueden 
ignorarse. 

- si t<0,15T es preciso considerar el período transitorio durante el cuál lacar
ga se transmite al resto de la pieza por medio de ondas de tensión. 

El que se cumpla la primera condición justifica utilizar un sencillo análi
sis elástico, tomando la misma expresión para la función de calibración de la 
probeta, K (Carga, Forma) que se tiene bajo carga estática. La realidad es que 
el estado ae tensiones es sumamente complejo como se ha demostrado en estudios fo 
toelásticos /7/ en los cuales se ha visto que la grieta actúa como fuente s~ 
cundaria de ondas de tracción en el momento en que las ondas de compresión inici~ 
das en el punto de impacto recorren la anchura de la probeta. Para un tamaño nor
mal, 10mm de lado, con una grieta de 3 mm de profundidad, este tiempo es 1· ~s 
aproximadamente. Ondas de flexión/cortadura emanando del centro de la probeta 
transmiten la carga a los extremos de ésta en unos 10 ~s, reflejándose en los ex
tremos. Al cabo de varias reflexiones, 3 o 4, se alcanza un equilibrio estático. 
El análisis se complica porque la probeta vibra y rebota en su soporte y su com
portamiento depende de las caracteristicas dinámicas de la máquina de ensayo. Aún 
cuando la rotura no pueda detectarse hasta un instante posterior a 3T, no puede 
aceptarse sin justificación teórica, que los primeros instantes, inmediatamente 
después del choque no afectan el comportamiento ulterior de la grieta. 

TR indica la respuesta dinámica de la instrumentación a una señal con deter
minada frecuencia, o sea, la linearidad o falta deproporcionalidad respuesta-se-
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ñal. Es corriente filtrar la señal para 'suavizar' la respuesta que como se ve en 
la figura 1, es de difícil interpretación, obteniéndose la curva de la figura 2. 
Cabe preguntarse si al eliminarse las oscilaciones acusadas en la primera curva 
no se ha perdido información sobre el comportamiento real de la probeta. 

Al analizarse los resultados se supone que la disminución de velocidad del 
péndulo es inferior a un 20%. Esto obliga a aceptar la condición lo que asegura 
que la respuesta se aproxime a lo que se puede esperar en un ensayo a velocidad 
de deflexión constante. 

Tampoco puede aceptarse como evidente que la rotura o iniciación de agrieta
miento coincide con el instante en que se alcanza la carga máxima P • Kalthoff 
/5/ ha demostrado que el valor de K aumenta gradualmente y que, en ~ateriales muy 
frágiles, se produce la rotura después de alcanzado P . También se considera posi 
ble que en fractura semi-frágil se produce una deform~ción plástica en fondo de -
grieta inmediatamente después del momento de impacto, deformación que conduce al 
crecimiento de la grieta /6/. 

En conclusión, la determinación de KI a partir del ensayo Charpy instrumen
tado presenta dificultades y carece de unacbase teórica suficiente, necesitando 
el apoyo de numerosos experimentos. Las restricciones impuestas por la naturaleza 
semi-empírica del análisis y por los criterios descritos excluyen a materiales y 
condiciones de ensayo-tamaño de probeta, forma, etc., muy distintos de los ya en
sayados, careciendo de generalidad. 

3.- APLICACION DEL APARATO DE HOPKINSON AL ENSAYO POR CHOQUE 

El aparato de Hopkinson consiste en una barra A (Fig.3) que, lanzada a una 
velocidad VI' choca con la barra B, estacionaria y en contacto con la probeta. O~ 
das de compresión emanan de c. En vacío, o sea sin,probeta, el comportamiento de 
las ondas se ilustra en la figura 3(b), en la cual se representa el tiempo en el 
eje de ordenadas y la posición en abscisas. Un extensómetro S1 detecta la llegada 
de la onda de compresión que se desplaza con una velocidad, 

al cabo de 

e= j% 

t = X 
1 e 

En vacío, D está en completa libertad y la onda de compresión se refleja como on
da de tracción con igual amplitud y recorriendo la distancia D-C a la misma velo
cidad c. Esta onda llega al extensómetro 

L-x 
t2 = 2 e 

El extensómetro S2 se comporta de la misma forma. 

Consideremos ahora dos posiciones M y N en una de las barras, figura 3(c). 
Un tren de ondas de amplitud cr, correspondiendo a una deformación unitaria E=cr/E, 
atraviesa M con una velocidad e en el instante t=O llegando a N en el instante 
t=1/c. En ese momento MN se encuentra en compresión a y M se desplaza a M', 

MM' = E 1 

La velocidad de M (velocidad de la partícula) es por lo tanto, 

V = €1 
1 

e = EC para a = E€ = pe v 

En el punto e, la velocidad de la partícula en el momento del impacto es VI. 
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Cuando la barra B está en contacto con la probeta, figura 4, la onda de ten
sión atraviesa Sl y S2 dando una señal E como antes, con una velocidad de partí
cula VI. El extensómetro S2 se descarga Aebido a que la onda se refleja no por el 
extremo libre D sino por la probeta y la señal dada por S2 es la combinación del 
tren de ondas incidente EI y del reflejado ER· Por tanto, al cabo de un intervalo 

t = 2d 
e 

donde d es la distancia de S2 a la transición cónica de la barra de carga, el ex
tensómetro S2 indica (EI-ER) mientras que S1 indica sülo EI. La señal reflejada 
~ puede obtenerse substrayendo las dos señales S2-Sl desplazando S1 en (L 12/c) 
hasta que coincida con S2. El procedimiento es como sigue: 

1 - las señales S1 y S2 se recogen en registros electrónicos. 
2 - se desplaza la señal S1 en (L12/c). La diferencia entre las dos señales es 

ER. 
3 - se desplaza Sl en (2d/c) más, hasta que su origen coincide con Q y se invier

te la señal. Esto permite la determinación de la velocidad de partícula en D 
y de la fuerza aplicada a la probeta, P(t) puesto que, 

P(t) = AE(E -E ) 
I R 

V= c(EI+ER) 

Integrando v(t) se obtiene la flexión de la probeta u(t). 

4.- VENTAJAS DEL APARATO HOPKINSON SOBRE EL PENDULO 

En el péndulo Charpy clásico, se mide la carga aplicada a la probeta media~ 
te extensómetros en el martillo o cabeza del péndulo, cerca del punto de impacto. 
La extensión detectada depende de la forma en que la onda inicial de compresión 
se propaga por el martillo, reflejándose en los bordes de éste. En el aparato 
Hopkinson en cambio la carga permanece aplicada a la probeta durante 350 ~s o s~ 
gún sea la longitud de las barras, no produciéndose rebotes entre los distintos 
elementos en contacto, por lo que la indicación de los extensómetros corresponde 
exactamente a la carga. 

El análisis, como se ha visto, es relativamente sencillo, siendo suficiente 
considerar la propagación de las ondas según el eje de las barras. También es f! 
cil obtener, a partir de las señales dadas por los extensómetros, la flexión de 
la probeta y por tanto la energía absorbida en la fractura. 

Finalmente, como la carga se mantiene durante un tiempo superior a tf, la 
probeta permanece en contacto con los soportes, eliminándose una causa de compoE 
tamiento no-lineal. Estas ventajas no bastan para evitar el criterio pero permi
ten una mejor interpretación de los resultados. 

5.- RESULTADOS OBTENIDOS CON UN ACERO TIPO SA 508 

Se ha ensayado una serie de probetas tipo Charpy, con grieta por fatiga en 
el fondo de la muesca, de acero SA508 a 65, 24, 8 y -40~C. Los resultados se han 
tabulado (Tabla 1) en la cual, 

v velocidad de impacto en el momento de alcanzarse la máxima carga m 
vf velocidad de impacto en el momento de fractura 

tf duración del ensayo desde el primer momento de choque hasta la fractura 

T período natural de vibración 
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tenacidad de entalla dinámica aparente, calculada mediante la función de ca 
libración (estática) de ASTM-E23. 

energía absorbida por la probeta 

También se ha calculado un valor de J, considerando un comportamiento rígid~ 
plástico ideal de la probeta. Según este modelo, se forma un gozne plástico, como 
se indica en la figura 5, cuando se alcanza un momento flector 

M = a 
F 

2 B(w-a) 
4 

en donde aF es la tensión o limite de fluencia. La energía absorbida es, 

U = M6 = 

l 1 au¡ = J = 2 
B Cla f 

2o 

2L 
2 uf 

= W-a B 

Una vez obtenido J, se calcula KIJ por la ecuación, 

K = j JE 
IJ 

1 
2 

-v 
En las figuras 6 a 9 se han reproducido algunas de las curvas P(t)/t obteni 

das y el aspecto de la fractura. 

(a) Ensayos a 242C. 

Probetas D1, D2, D3. Las dos primeras fueron ensayadas a igual velocidad y 
los resultados son casi idénticos. D3 se ensayó a una velocidad menor y 1& gri~ 
ta creció muy poco, como se aprecia en la fotografía. Oscilaciones con un perio
do de 45 ~s aparecen conforme aumenta la carga hasta que se alcanza el máximo de 
ésta, en cuyo momento se observa un rápido descenso, manteniéndose la carga con~ 
tante conforme se tiene una deformación plástica en D3 y deformación plástica 
acompañada por un crecimiento de grieta en D1 y D2. 

Es dificil definir con certeza el momento en que comienza la propagación de 
grieta. Es posible que esto ocurra al cabo de 168 ~s, cuando la carga es 7.47 KN 
para D2, 6.13 kN para D1 y 5.5 kN para D3. En D2, una vez arrancada, la grieta 
continúa creciendo bajo una carga aproximadamente igual a 4.85kN mientras que en 
D1, ensayando a menor velocidad# la grieta se para inmediatamente después de pr~ 
duc~rse el 'pop-in' y necesita un suplemento de 7.4 kN para arrancar de nuevo, 
continuando a 6.2 kN. La probeta D3, ensayada a muy baja velocidad, exhibe 
'pop-in' pero la grieta se para inmediatamente. 

(b) Ensayos a -82C 

De las probetas aqul. descritas, sólo E3 rompió por completo, a la velocidad 
de ensayo mayor. A la velocidad menor, El, la grieta se extendió sobre la parte 
central de la probeta, sin alcanzar los bordes. La propagación en túnel se obse~ 
va también en E2. El comportamiento de E3 es semejante al de D1 y D2, con una de 
formación plástica menor. 

(e) Ensayos a 652C 

F2 rompió, Fl exhibió propagación de grieta y deformación plástica y F3 sóla
mente deformación plástica.La interpretación de la curva P{t)/t es difícil, incl~ 
so para F2,puesto que se observa un impacto súbito,decayendo en forma oscilatoria 
en torno a una rampa y seguido por una carga aproximadamente constante antes de au 
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mentar nuevamente. Una deformación plástica progresiva acompaña al arranque y pro
pagación de la grieta. Los valores tabulados corresponden a un valor de tf tomado, 
arbitrariamente, en el centro de la curva P(t)/t. Con 260 ~s, correspondiendo al 
comienzo de P(t)=constante el valor de KJ pasa a ser 210 MPa m2. 

(d) Ensayos a -409C 

Ambas probetas dan resultados válidos, aunque sólo una rompió totalmente. 

La importancia de la velocidad a que se realiza el ensayo es palpable. Com
binando estos resultados con otros muchos, puede concluirse que, para cada mate
rial y temperatura de ensayo, existe una velocidad óptima, por debajo de la cual 
se tiene una deformación plástica sin crecimiento de grieta y por encima se pro
duce la fractura frágil con tal rapidez que no es posible interpretar los resul
tados sin apelar a un análisis dinámico de tensiones. De los once ensayos aqui 
descritos, sólo cinco pueden considerarse como válidos. Los resultados obtenidos 
se han recogido en la Tabla 2, comparándose a ensayos estáticos en probetas ASTM 
tipo CTS y de flexión en la figura 10. Se observará que conforme disminuye la ve 
locidad de ensayo, se aproximan más los resultados. En cualquier caso, los valo
res estáticos (Kid) siempre son superiores a los dinámicos (Kid) . 

6.- CONCLUSIONES 

El ensayo Charpy no se presta a un análisis teórico exacto debido a que las 
condiciones de contacto entre martillo y probeta y entre ésta y el soporte son 
sumamente complejas. Kalthoff /5/ ha demostrado que tanto la carga como las rea~ 
cienes en los soportes oscilan violentamente durante el ensayo, llegando a per
derse el contacto entre los distintos elementos. En experimentos fotoelásticos 
realizados en Oxford /7~8/ se observó la variación de K

1 
representada en la fig~ 

ra 11, en la cual k es el factor no-dimensional de intensificación de tensiones 
que, como se ve tie~de a alcanzar el valor calculado bajo condiciones estáticas 
al cabo de 300 ~s. cualquier cambio en las caracteristicas dinámicas de la máqu! 
na de ensayos y de la probeta se reflejarán en los valores de K y k

1 
por lo que 

las curvas de la figura 11, obtenidas con una probeta de Araldite (epoxy) no re
presentan cuantitativamente el comportamiento de una probeta Charpy de acero en
sayada en un péndulo determinado, si bien pueden aceptarse como una representa
ción cualitativa adecuada, que acusa el problema real sin resolverlo. En el mar
tillo del péndulo Charpy el extensómetro responde a las ondas de tracción y com
presión producidas por el choque y no a la fuerza entre la probeta y la cabeza 
del martillo. Al mismo tiempo, el valor del factor de intensidad de tensiones es 
distinto al estático. Al tomar como P(t) la indicación del extensómetro y como k 
el valor estático se cometen dos errores inevitables, llegándose a la conclusión

1 

de que no puede justificarse teóricamente la determinación de K a partir del 
ensayo Charpy siguiendo las recomendaciones ASTM. Como ensayo t~8nológico, el 
Charpy ofrece enormes ventajas, al ser rápido, barato y sencillo, pero su valor 
como ensayo científico o herramienta de investigación es muy limitado. 

El método descrito permite la determinación de la fuerza aplicada a la pro
beta, que permanece siempre en contacto con sus soportes, de la flexión de la 
probeta y de la energia absorbida. La máquina utilizada es muy sencilla, los re
sultados son reproducibles y fáciles de interpretar, siendo posible la determina 
ción, por métodos numéricos o experimentales, del factor de intensidad de tensio 
nes dinámico, que dependerá sólamente de la probeta y no de la máquina. Existe -
un problema sin resolver que consiste en la dificultad de caracterizar con exac
titud el momento en que la grieta arranca, problema con el que se tropieza en to 
do tipo de ensayos dinámicos. 
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FIGURAS 

l. Curva carga-tiempo típica en ensayo Charpy (probeta agrietada). Acero SA508. 
2. Curva carga-tiempo (filtrada) para el mismo material SA508. 
3. Aparato de Hopkinson para ensayos de choque. 
4. Ensayo de choque utilizando el aparato de Hopkinson. 
S. Modelo rígido-plástico ideal para la determinación de J. 
6. Ensayos a 652C. 
7. Ensayos a 242C. 
8. Ensayos a -82C. 
9. Ensayos a -402C. 
10. Comparación entre los valores de Kid y Kic' obtenidos en probetas CTS y de 

flexión. 
11. Variación de KI con el tiempo determinada en experimentos fotoelásticos. 
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,¡ 

.) 

Test 

D1 

D2 

D3 

E1 

E2 

E3 

F1 

_F2 

F3 

G1 

G2 

Table 1 - Results of tests performed in the HPB apparatus 

- -----~--- - ----- -----

a Temp. V V tf T tf pf Kid K Id uf 
w (oC) m p -1 (JJs) (ms -) ()Js) - (kN) (MPalm) 5 (J) (ms ) T x10 _

1 (MPalms ) 

0.539 24 2.80 2.90 192 45 4.3 7.40 93 4.8 2.00 

0.552 24 2.86 3. 19 168 45 3.7 7.40 93 5.5 2.029 

0.531 24 1.63 1. 71 (168) 45 (3.7) (5.50) (65) (3. 9) (0.825) 

0.539 -8 • (138) 42 - 0.9 - - - - -

0.522 -8 1.47 1.40 (138) 42 (3 .3) (4.73) (54) (39) (0.511) 

0.535 -8 2.45 2.78 138 42 33 5.50 66 48 0.932 

0.531 65 3.21 3.25 (163) 49 (3.3) (5.67) - - (2.305) 

0.533 65 5.05 5.07 163-260 49 3.3-5.3 5. 16-6.2 - - 3.040 

* (163) 0.544 65 - 2.37 49 - - - - -

0.528 -40 o. 79 0.85 (258) 53 (4.9) (4. 04) (48) ( 1 . 9) (0.643) 

0.541 -40 1.50 1.66 138 53 2.6 3.96 48 3.5 0.504 
.. - --------

* At tf (plateau not well defined) -Figures in brackets correspond to crack initiation only. 

1 

J KIJ (U ) of 
(kJm-2) p m 

(MPalm) (J) (mm) 

87 .o 145 o. 10 0.48 

90.6 145 o. 1 o 0.47 

(35 .2) (90) 0.03 0.25 
' 

- - - -

(22. O) (71) 0.03 o. 19 

39.0 95 0.08 0.29 

(98.3) (151) o. 13 0.49 

130-158 173-210 0.32 0.70 

- - - -

(27.2) (79) 0.01 0.22 

22.0 71 0.03 0.20 



Table 2 

Summary of valid tests. Complete fracture ~n > 3T 

Test Temp V pf K Id J KIJ 
(oC) m -1 (kJm - 2) 

(ms ) (kN) (MPalm) (MPalm) 

D1 24 2.8 7.4 93 87 145 

D2 24 2.86 7.4 93 90.6 145 

E3 -8 2.45 5.5 66 39 95 

F2 65 5.07 5. 16-6.2 130-158 173-210 

G2 -40 1.5 3.96 48 22 71 
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ALGUNOS ASPECTOS GENERALES DE LA APLICACION DE LA MECANICA DE FRA~ 
TURA AL CAMPO AEROESPACIAL 

J.M. Pintado Fé 

INTA (Instituto Nacional de Técnicas Aeroespaciales) 
Torrejón de Ardoz (MADRID) • 
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1. INTRODUCCION BREVE Y RESEÑA HISTORICA 

La historia, desde el punto de vista de fallo mecan~co en servicio con 
sus graves consecuencias, de los vehículos, tanto terrestres como más reciente 
mente los aéreos, ha estado unida siempre al fenómeno, ligado al tiempo de se~ 
vicio transcurrido, de iniciación y propagación, o sólo propagación, de grietas 
por fatiga, así como a la rotura súbita consiguiente cuando la grieta de fatiga 
había alcanzado cierto desarrollo, roturas tanto más peligrosas cuanto que no 
se produce deformación generalizada previa y ocurren bajo cargas notablemente 
inferiores a las que el elemento afectado era capaz de resistir en su estado 
inicial. 

Paralelamente a los fenómenos a que acabamos de aludir y sin haberse es
tablecido aún conexión tecnológica clara con ellos, se presentaba una nueva pre~ 
cupación, posterior en el tiempo y esta vez para los proyectistas de grandes e~ 
tructuras de acero soldadas, tales como barcos y sobre todo estructuras de ele
mentos conteniendo fluidos a presión, como tanques de gases licuados. La nueva 
preocupación es la rotura frágil, de carácter prácticamente instantáneo, de es 
tas grandes estructuras bajo un estado de cargas cuasi estáticas, en condicio~ 
nes en general de bajas temperaturas, rotura que se producía por la propagación 
instantánea, a partir de un defecto preexistente, de una grieta de gran longi
tud y de avance en general ramificado, que era "alimentada" sin necesidad de 
elevar el valor de las cargas externas, por la energía elástica almacenada en 
la estructura. Fue precisamente para el estudio de este fenómeno cuando, por 
los años cuarenta, se empezó a desarrollar·, a partir de las teorías de Griffith, 
Inglis y Taylor, establecidas ya en su forma básica en los años veinte, una ex
plicación y estudio cuantitativo de las roturas frágiles así como la forma de 
considerar estos mecanismos en el proyecto y realización de las estructuras me~ 
cionadas, iniciándose el desarrollo de la mecánica elástica lineal de fractura, 
y más tarde el de la mecánica elastoplástica de fractura. 

Por otra parte, hacia los primeros años 60 se empezó a estudiar de forma 
diferenciada las distintas fases de un proceso de fatiga, es decir el estado I 
de iniciación de grieta y los estados II y III de propagación por fatiga de la 
grieta formada en I o ya preexistente cualquiera que fuese su origen y se esta 
blecieron las primeras leyes (Ley de París y otras) que regían el proceso de 
propagación haciendo intervenir el concepto del factor K de intensidad de es
fuerzos establecido en la mecánica lineal elástica de fractura. 

Se tenían por tanto, por decir así, todos los "ingredientes" necesarios 
para acometer el problema de la integridad estructural de una aeronave desde 
el punto de vista de fatiga, problema que se había hecho importante a partir 
de los últimos años 30 al generalizarse la concepción de las aeronaves como 
estructuras semimonocasco de revestimiento resistente y se había ido agudiza~ 
do al tiempo que se i~troducían materiales cuyas características en cuanto a 
comportamiento a fatiga y tolerancia al daño no se habían incrementado en la 
misma proporción que sus características convencionales de resistencia (lími
te elástico y carga de rotura) a carga estática, añadiéndose además, a partir 
de los años 50, dos nuevas circunstancias que han hecho crítico el problema: 
exigencias cada vez mayores de "rendimiento" de la estructura, es decir menos 
peso para los mismos factores de carga y mayor vida de servicio de las aerona 
ves; para evaluar en principio la evolución de estos parámetros basta consid~ 
rar, por ejemplo, que el peso del ala con respecto al total al despegue de un 
avión de combate que en el año 1944 era el 14%, está situada desde el año 1955, 
entre un 10% y un 6% y que la vida que se exige a un avión de pasajeros ha pa
sado de 15.000 a 50.000 horas en las mismas fechas. 

Así como en el transporte terrestre fueron los numerosos accidentes fe
rroviarios entre 1845 y 1870 debidos a roturas de ejes y ruedas el factor que 
impulsó el estudio sistemático y cuantitativo del fenómeno de fatiga por A. 
Wholer y otros y en el transporte por mar y en general para grandes estructu-
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ras de acero soldado, fueron las roturas de los buques Liberty durante los años 
40, la circunstancia que determinaron el estudio de las roturas frágiles, en 
aeronaútica el "detonante" que puso en marcha la campaña a escala mundial y de 
gran profundidad para asegurar la integridad estructural de las aeronaves en re 
lación con la fatiga fueron los accidentes de los aviones Comet I en el año 
1954, accidentes que fueron seguidos y aún precedidos por otros muchos que no 
tuvieron tanta resonancia. 

No obstante, los conceptos de mecánica de fractura en su doble vertiente 
de propagación de grietas por fatiga y de longitud crítica de grieta·no empez~ 
ron a ser aplicadas, de forma aún muy simplificada y "a posteriori", hasta pa
sado 1965. Quizá la primera aplicación práctica de estos conceptos se realizó, 
en 1966 como consecuencia del accidente sufrido por un avión F-100 que, duran 
te una exhibición acrobática, se partió en dos por el fuselaje bajo un factor 
de carga de 7g a las 600 horas de servicio, mientras que en las pruebas de cer 
tificación el tipo de avión mencionado había soportado un factor de carga est! 
tica de 11,5 g y resistido, en ensayo de fatiga del avión completo 5.720 horas 
de vuelos simulados. El exámen del avión siniestrado permitió detectar una gri~ 
ta de fatiga de 2,3 mm de longitud que partía de una esquina de una ventana tr~ 
pezoidal que presentaba el revestimiento del fuselaje, habiéndose producido a 
partir del extremo de esta grieta la rotura brusca total del revestimiento y 
larguerillos bajo el factor de carga de 7 g provocado por una maniobra acrobá
tica. Para el análisis de la rotura se utilizó el valor de K de la aleación 
correspondiente (7075-T6) y espesor de la chapa (1,8 mm) y e~presión de K co
rrespondiente a una placa infinita con una grieta central de longitud igual a 
la del corte del revestimiento por el lado correspondiente de la ventana mas 
la de la grieta de fatiga por ambos lados, obteniéndose que en esta hipótesis 
el esfuerzo necesario para provocar la rotura era precisamente el que corres
pondía a un factor de carga entre 5 y 7 g. 

Aunque el estudio, desde el punto de vista de mecan~ca de fractura en 
cuanto a longitud crítica de grieta, estaba excesivamente simplificado, se pu 
sieron de manifiesto una serie de circunstancias de evidente interés desde el 
punto de vista de integridad estructural y que fueron tenidas en cuenta para 
el futuro; estas circunstancias, además de las posibilidades de la aplicación 
de la Mecánica de Fractura, fueron la existencia de defectos de fabricación, 
y la importancia de la representación del avión que se somete a ensayos de fa 
tiga. Otro accidente, también esta vez en un avión de combate F-111, ocurrido 
a finales de 1969 e investigado a lo largo de 1970, dio lugar a un profundo 
cambio en las filosofías relativas a asegurar la integridad estructural y co~ 
dujo a establecer las especificaciones que, entre otros aspectos, consagraban 
la aplicación profunda y exhaustiva de la mecánica de fractura al cálculo de 
las estructuras de aeronaves, al planteamiento de sus ensayos estructurales y 
a su mantenimiento en servicio. 

2. EVOLUCION DE LA FILOSOFIA Y CONCEPTOS APLICADOS PARA GARANTIZAR LA INTE
GRIDAD ESTRUCTURAL DE UNA NAVE 

La primera filosofía de diseño, desde el punto de vista de comportamien 
to a fatiga, que se aplicó a las estructuras de aeronaves fué la de "vida se~ 
gura", es decir, garantizar que durante el tiempo de utilización de la aerona 
ve, sometida al espectro de cargas reales o estimadas de servicio, ésta no su 
frirá rotura por fatiga, utilizándose, tanto para el cálculo como para los en~ 
sayos correspondientes del avión completo o, más frecuentemente, partes es
tructurales fundamentales del mismo (alas, fuselaje, empenaje, etc.) un factor 
de dispersión que absorbiese ta1.to la propia naturaleza estadísticamente in
trínseca del comportamiento a fatiga de los materiales como los aspectos de 
indeterminación o aplicación simplificada de los espectros de carga y además, 
en el caso de los ensayos de comprobación, la representatividad, desde el pun 
to de vista de "tolerancias" de fabricación, del avión o parte estructural -
del mismo ensayada con respecto a un avión de serie. Es la época de la aplic~ 
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c~on al cálculo de la Hipótesis de Miner y sus derivados, con su grado de im
precisión al no tener en cuenta la "historia" del proceso de fatiga y las pre~ 
cupaciones en los ensayos de la influencia de la simplificación y agrupación 
de los espectros de carga (secuencia de ciclos de amplitudes Altas-Bajas o Bajas
-Altas o alternadas). Ello llevó a la utilización de factores de dispersión que 
se reflejaban en el cálculo en la sustitución en la expresión de Miner n./N.=1 
del valor 1 por valores hasta del orden de 0,2 y a aplicar a los resultaaos~de 
los ensavos un factor de reducción 5, 4 ó 3 a la vida alcanzada según el elemen 
to ensayado y número de ejemplares ensayados. 

Aún así, tanto desde el punto de Vista de cálculo, en que la consideración 
de valores de supervivencia a fatiga superiores al 95% con una fiabilidad del 
95% llevaba a "rendimientos" muy bajos de la estructura, como de representativi
dad real de los ensayos, los resultados alcanzados no permitirán garantizar la 
"vida segura" en términos absolutos. Esta situación, perfectamente conocida ya 
a mediados de los años 50, unida por otra parte al hecho de que las grietas de 
fatiga son progresivas y necesitan cierto tiempo de servicio para llegar a al
canzar una longitud crítica por lo que el inicio de una o varias grietas de f~ 
tiga no es el final de la vida segura de una estructura, siempre y cuando es~ 
tas grietas fueron detectadas y reparadas a tiempo, (ya que conforme van cre
ciendo van provocando una disminución de la resistencia residual de la estruc 
tura) llevó a mediados de los años 50, a combinar los conceptos de "vida segu
ra" con el nuevo concepto de "fallo seguro" y el de inspecciones para detectar 
las grietas a tiempo. El concepto de "fallo seguro" y el de inspecciones para 
detectar las grietas a tiempo. El concepto de "fallo seguro" se basa en que la 
estructura está diseñada y construida de tal manera que la grieta de fatiga o 
su propagación rápida inestable al alcanzar la longitud crítica quedasen confi
nados dentro de un segmento de la estructura, conservando el resto de la estruc 
tura, tanto durante la propagación lenta por fatiga de la grieta como en el es~ 
tado de la estructura al confinarse ésta, suficiente resistencia residual para 
las cargas estáticas que pudieran producirse y "confiando" que esta grieta se
ría detectada a tiempo en alguna inspección antes de que se produjesen otras. 

Estos conceptos se aplicaron a partir de los años 60 a las estructuras 
de aeronaves y se plasmaron en las siguientes filosofías de diseño: "Vida se
gura" en combinación con posibilidades de mantenimiento adecuado y "Fallo se
guro" en combinación con configuraciones de "Detención de grieta" o de "Múlti 
ples trayectorias de carga" en la estructura. 

El diseño a "Vida segura" se basa en velocidades lentas de propagación de 
grietas unido a inspecciones periódicas que permitan detectar y reparar una 
grieta de fatiga antes de que su longitud se haga crítica o disminuya por de
bajo de la carga límite, por cedencia generalizada, la resistencia residual 
de la estructura. El diseño a "Fallo seguro" se basa en que la estructura esté 
concebida de forma que tenga una resistencia residual suficiente, de forma que 
pueda soportar la carga límite exigida en la condición de dañado admitida. 

Sin embargo, tal y como se comprobó en la práctica por el comportamiento 
de aviones diseñados bajo estos principios, el problema no estaba aún resuelto 
y los conceptos y filosofías de diseño debían ser complementados y perfeccio
nados, imponiéndose a este fin, a partir de 1970, como concepto y filosofía bá 
sicos el de Tolerancia al Daño, combinado y aplicado tanto a la "Vida segura" 
como al "Fallo seguro" en todas sus variantes. El concepto de "Tolerancia al da
ño" reoresenta con resoecto al "Fallo seguro" una modificación básica de con 
ceptos en el sentido de que, a diferencia de aquel en que la resistencia re
sidual se consideraba independiente del tiempo de servicio, en la "Tolerancia 
al daño" se reconoce y establece una degradación continua de toda la estructu
ra por fatiga que debe tenerse en cuenta al estimar la resistencia residual; 
así, cuando se estudia la resistencia residual después del fallo de un elemen 
to primario, se considera que el secundario que toma toda la carga no tiene -
ni mantiene las condiciones iniciales de resistencia, sino que tiene ya (o pu~ 
de tener) alguna grieta de fatiga que se ha ido produciendo durante el tiempo 
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de servicio anterior al fallo del elemento primario y/o durante el tiempo de 
funcionamiento transcurrido desde el fallo del elemento primario como conse
cuencia del aumento de carga que sufre el secundario. 

La filosofía de Tolerancia al daño añade además, con respecto a las de 
"Vida segura" y "Fallo seguro" los conceptos de establecimiento de tiempos li
mites concretos de inspección en función de la velocidad de crecimiento de grie 
ta y del cálculo de la longitud de grieta critica o, en general, del conocimien 
to seguro de la resistencia residual de la estructura para el Nivel de cargas -
establecido. También considera la existencia de defectos iniciales de fabrica
ción en la estructura, de tamaño ligado a un determinado nivel de calidad de fa 
bricación e inspección y la posible existencia de origen múltiple de pequeñas -
grietas que crecen simultáneamente y pueden coalescer. Otro aspecto básico es 
la relación estrecha entre los procedimientos de insoección, ligados al nivel 
de detección de la grieta según su tamaño y la determinación de los periodos 
de inspección; se puede afirmar que los END son, junto con la Mecánica de Frac 
tura y las confuguraciones de diseño antes citadas (detención de grietas y múl 
tiples trayectorias de carga) , los tres pilares en que se basa hov dia la inte 
gridad estructural de una aeronave y todo su esquema de mantenimiento desde -
el punto de vista de fatiga. 

3. ESPECIFICACIONES ACTUALMENTE EN VIGOR QUE SE APLICAN AL CALCULO Y ENSAYO 
DE LAS ESTRUCTURAS AERONAUTICAS 

Las especificaciones actuales más importantes, que a su vez fueron las 
primeras que se basaron, pormenorizando y sistematizándola, en la filosofia de 
diseño de Tolerancia al Daño son las normas MIL americanas, que han servido de 
inspiración a las especificaciones, tanto militares como civiles, de las rest~ 
tes naciones occidentales, incluyendo las civiles de la F.A.A. americana. 

Las normas y especificaciones MIL a que aludimos son las siguientes, to 
das del año 1974 ó 1975 en su versión actual. 

MIL-STD 1530A "Aircraft structural integrity program. Airplane Requirements" 
(primera versión en 1972) • 

MIL-A-83444 "Airplane Damage Tolerance Requirements" (primera versión en 
1971). 

MIL-A-8866B "Airplane strength and rigidity reliability requirements, repea 
ted loads fatigue" (*) • 

MIL-A-8867B "Airplane strength and rigidity grounds tests" (*). 

Actualmente, está en periodo de estudio una nueva especificación MIL, del 
año 1983, la MIL-A.87221 "Military specification, Aircraft Structures, General 
Specification for" que aún no ha sido aprobada oficialmente y que refunde en 
parte las antes citadas pero no introduce cambios importantes en el concepto de 
Tolerancia al daño y filosofías de diseño. 

Por su parte, las F.A.A. fueron modificadas en 1978, emitiéndose el Ame~ 
dement 45 que suprimía el párrafo 25.573 de la F.A.R. 25 al tiempo que revisa
ba y ampliaba el 25.571 y se establecía la Advisory Circular 25.571-1, todo ello 
para introducir el concepto y adecuada evaluación de Tolerancia al daño en el 
proyecto de las aeronaves civiles correspondientes. 

(*) Primera versión en 1950, segunda versión en 1971, en vigor actualmente en 
la 3~ versión. 
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En la lámina 1, se enuncian las filosofías de diseño consideradas en dichas 
especificaciones, correspondiendo a cada filosofía una variante de aplicación de 
la mecánica de fractura, ligada siempre al grado de inspeccionabilidad de la zona 
de la estructura considerada y longitud detectable de grieta con los medios de 
inspección previstos, además de a la filosofía de diseño estructural adoptada. T~ 
dos los elementos estructurales que afecten a la seguridad de vuelo deben ser cla 
sificados en alguno de los apartados enunciados. 

En la lámina 2 se exponen algunos ejemplos aclaratorios y en el Apéndice I 
a esta conferencia se resumen los aspectos esenciales de la MIL-A-83444, inclui
dos la definición concreta de las filosofías de diseño enunciadas en la lámina l. 

Aspecto fundamental de estas especificaciones es el considerar siempre la 
existencia de defectos iniciales tipo y estudiar su propagación por fatiga. En 
aquellos casos en que el elemento estructural es de tal índole (trenes de aterr~ 
zaje y bancadas de motor, además de ciertos elementos de mecanismos) en que la 
longitud de grieta crítica es muy pequeña y no pueden aplicarse las filosofías 
de diseño estructural consideradas, la tolerancia al daño no es aplicable y ha 
de emplearse el antiguo concepto de "Vida segura" y establecer un nivel inicial 
de verificación muy alto para asegurar la ausencia de defectos iniciales, enfo
cándose el problema en el sentido de evitar la iniciación de una grieta de fati
ga en toda la vida de servicio fijada para el elemento en cuestión. 

En todo caso, la filosofía fundamental de las especificaciones citadas 
es evitar el fallo catastrófico de la estruQtura de la aeronave durante su vida 
operacional, manteniendo la integridad estructural de la misma por medio de una 
adecuada resistencia residual de la estructura, cuya permanencia se asegura por 
unas condiciones de tolerancia al daño iniciales adecuadas y constancia de las 
mismas mediante la adecuada labor de mantenimiento en servicio. 

4. FORMA GENERAL DE APLICACION DE LA MECANICA DE FRACTURA A LAS ESTRUCTURAS 
AERONAUTICAS CON CAPACIDAD DE TOLERANCIA AL DANO. COMPLEJIDAD Y DIFICULTA
DES DE APLICACION 

La mecánica de fractura se utiliza en su doble vertiente de, por una pa~ 
te, predecir el crecimiento de grieta bajo la acción de los espectros de carga 
que actúan sobre la estructura a partir de defectos tipo (en forma, posición y 
tamaño) que se suponen presentes en la estructura y por otra estimar la longi
tud critica de la grieta que se hace inestable bajo el nivel de esfuerzos (car 
ga-limite) especificado; los resultados de estas predicciones, unidos a consi~ 
deraciones de economía y viabilidad de mantenimiento, determinan los sistemas 
de intervalos de inspección en servicio durante la vida de la aeronave. Todo 
ello debe ser aplicado a las zonas criticas de la estructura, que en una aero
nave actual compleja (sea de pasajeros o de combate) son de 90 a 150 zonas, te 
niendo en cuenta como datos de partida los distintos tipos de vuelos (o perfi
les de misión) que debe realizar la aeronave, el número total de vuelos (o su 
equivalente en horas) que definen la vida operacional que se desea y la propo~ 
ción, durante la vida, de los distintos tipos devuelo; el número de los tipos 
distintos de vuelo varia, según el avión que se considere, de un mínimo de 3 
en los casos más simples a un número del orden de 10 en los casos más comple
jos. 

La herramienta fundamental de análisis es la mecánica de fractura, pero 
su aplicación, que se representa esquemáticamente en la lámina 3, debe ir prece 
dida de los cálculos necesarios para llegar a establecer finalmente el espec- -
tro de cargas variables (niveles de esfuerzos, secuencia y número de veces que 
se presentan), correspondiente a cada tipo de vuelo, que actúa en cada zona 
critica. El número de zonas criticas y perfiles de vuelo a considerar, unido 
al hecho comprobado experimentalmente de que, el crecimiento de grieta, si se 
requiere que la predicción reÚna la suficiente precisión, ha de calcularse vue 
lo a vuelo y dentro de cada vuelo, ciclo a ciclo, para tener en cuenta el efec 
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to de la "historia" en el mecanismo de propagación de la grieta, basta para dar 
ya una idea clara, independientemente de cualquier otra condición, de la compl~ 
jidad y volumen de cálculo necesario, sólo abordable al disponerse de ordenado
res de gran capacidad. 

Si consideramos el esquema de la lámina 3, al realizar la aplicación prá~ 
tica del mismo se presentan importantes dificultades y complicaciones que nos va 
mos a limitar a enunciar, ya que un análisis a fondo de las mismas se sale de 
los límites de esta conferencia. 

1. La truncación del espectro de cargas (eliminación de las cargas más altas 
que se presentan un número de veces muy pequeño en la vida de la aeronave 
y de los esfuerzos que presentándose muchas veces son de valor muy bajo) es 
delicada en cuanto se refiere a los esfuerzos bajos, ya que esfuerzos por 
debajo del límite de fatiga, es decir que no inducirían grietas, son en e~ 
bio capaces de propagarlas y por otra parte el valor de estos esfuerzos de 
propagación son función del material. A modo de ejemplo, con un determinado 
espectro de cargas, sobre dos paneles, uno de aleació~ 2024 y otro de alea
ción 7050, la truncación de los niveles 6o< 2,8 Kg/mm no afectaban al panel 
de abrasión 2024, pero para que esto mismo-sucediera en el ~anel de aleación 
7050 la truncación debía efectuarse al nivel 60< 1,75 Kg/mm. 

Las cargas altas producen un retardo en la propagación de las grietas; la 
costumbre, sancionada por la experiencia, es que pueden eliminarse aquellas 
cargas que se presentan como máximo 10 veces en la vida total de la aerona
ve. 

Para contar los ciclos a considerar a a partir del espectro, espectro que 
se ha obtenido vuelo a vuelo, dividiendo a su vez cada vuelo en segmentos 
en que se mantienen constantes las condiciones, se utiliza corrientemente 
el método denominado "Rain-flow". 

2. Los tipos de grietas (defectos inicial supuesto) que se utilizan más prof~ 
samente son los tipos clásicos que se representan en la lámina 4, pero las 
exigencias de las estructuras aeronaúticas obligan a considerar otros tipos 
y combinaciones, a cada una de las cuales corresponde su correspondiente e~ 
presión de factor de intensidad de esfuerzos. Quizá la recopilación más com 
pleta de éstos, desde el punto de vista aeronaútico, es la que recoge la 
publicación, del año 1974 "Stress intensity factors" por P. Rooke, del Royal 
Aircraft Establishment y J. Cartwright, de la University of Southampton. En 
esta publicación se recogen 28 casos de una sola grieta, 12 de grietas múl
tiples y 7 casos de grietas próximas a zonas con concentración de esfuerzos. 

Los tamaños de los defectos iniciales son función del nivel de calidad exi
gido. La estadística, en la industria aeronaútica, indica como tamaño ini
cial defectos mecánicos de ~ 0,15 mm. 

3. Los datos da/dN =f (K, R, espesor) que se utilizan, correspondientes a cada 
material son los obtenidos experimentalmente, trazando la curva sigmoidal 
de mejor correlación con estos datos e introduciendo los valores numéricos 
en el ordenador. 

Las numerosas fórmulas que se han ido proponiendo no dan resultados práct~ 
cos de suficiente aproximación, sobre todo en la zona de valores bajos de 
liK: así, la fórmula de París, con dos coeficientes, sólo representa, para 
cada valor de R, una aproximación suficiente en la zona central de valo
res de K y lo mismo sucede con la de Walker, que introduce un nuevo coefi 
ciente para generar la serie de rectas paralelas correspondientes a cada -
valor de R. La fórmula de Forman, que introduce el valor de K modificando 
la de París, así como la de Jaske que modifica la de Wolker, Intentan con
seguir la aproximación en las zonas de valores de 6K grandes, todo ello 
consta de introducir nuevos coeficientes y quedando inadecuados los valo-
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res de K pequeños, lo que a su vez intentan corregir sin conseguirlo, las 
fórmulas, a base de tgh-1 , de Collipriest y segunda modificación de Jaske, 
con lo que se llega a 5 coeficientes experimentales, que aumentan hasta ocho 
en las manipulaciones para mejorarlas correlaciones. En resúmen, la solución 
más sensata y eficaz es la indicada al principio de este párrafo 3. 

4. La consideración del retardo producido en la propagación de la grieta por 
efecto de las cargas altas precediendo a cargas menores es muy importante en 
el cálculo de las estructuras aeronaúticas, ya que la solución simplista de 
ignorar este efecto, si bien situaría el cálculo en el lado de seguridad, 
afectaría notablemente al rendimiento de la estructura. Para tener en cuen
ta este retardo se utiliza el modelo de Willenborg, basado en el efecto de 
los esfuerzos residuales de compresión sobre la zona plastificada de punta 
de grieta, efecto que es tanto más importante cuanto mayor es el tamaño de 
la zona plastificada; estos esfuerzos residuales contrarrestan parte de los 
aplicados y se llega a un K = K -K residual, lo que en el cálculo se tra 
duce en utilizar valores deef ap K menores que los correspondientes a -
las cargas aplicadas. No obstante la comprobación experimental ha puesto en 
evidencia que el retardo así obtenido es excesivo, aplicándose por tanto 
unas fórmulas de corrección que fueron establecidas por Gallagher y Hughes 
en el año 1974. 

S. Otra consideración a tener en cuenta y que complica el programa de cálculo 
del ordenador cuando se parte de una grieta no pasante es el cambio de la 
expresión de K al hacerse pasante la grieta (ver lámina 5 figura superior) 
a lo que puede sumarse un cambio importante del espesor de la chapa y por 
tanto de los datos de partida en la expresión de los valores de da/dN = f 
(K, R y espesor) . 

6. Para el cálculo de la longitud crítica de grieta a , es preciso disponer 
del valor de K . En el caso de grietas no pasantes; se suele utilizar el 
valor de KIC gel material, pero para las grietas pasantes, se utiliza el 
K correspondiente al material y espesor de que se trate y en ambos casos 
t~niendo en cuenta la orientación del fibrado y por supuesto, el estado de 
tratamiento térmico del material y temperatura de utilización. Aunque la 
aplicación de la mecánica elástica lineal de fractura utilizando K dá valo 
res conservativos, no se acostumbra a utilizar la mecánica elastoptástica -
de fractura. 

Los métodos standard para la determinación de la tenacidad a la fractura 
de las aleaciones de aluminio vienen especificadas en la norma ASTM B 646-78. 
En ella para espesores suficientes de aleaciones ligeras de alta resisten
cia, se remite a las E-399-78 y suplemento B-645-78 para determinar K e· Pa 

I -
ra espesores menores (hasta del orden de 7 mm) usados en gran parte de las 
estructuras aeronaúticas, los valores de K (tenacidad a fractura en caso 
de esfuerzos planos) se determinan mediantg ensayos de traccipn de paneles, 
del espesor que vaya a utilizarse, con ranura o grieta central, realizados 
usualmente de acuerdo con la Práctica Recomendada E-561; al realizar este 
ensayo, es preciso considerar dos factores que influyen grandemente en los 
valores que puedan obtenerse: uno de estos factores es el pandeo, en senti 
do paralelo a la dirección de la grieta, que puede producirse y que se evi 
ta con el dispositivo adecuado de ensayo; el otro factor es el ancho del 
panel. Este último factor proviene del hecho de que, si el ancho es insu
ficiente, el fallo puede producirse por cedencia generalizada de la sección 
remanente al alcanzar el esfuerzo unitario neto el valor del limite de ce
dencia 0 y antes de haberse alcanzado la longitud critica de grieta en es
fuerzos planos; esta circunstancia se tiene presente en el cálculo de re
sistencia residual de la estructura mediante la aplicación del método de 
Feddersen. 

52 



Para los casos en que no se disponga de suficiente material para las dimensi~ 
nes necesarias de las probetas normalizadas para determinación directa de KIC' 
pueden además de los métodos de integral J y curva de respuesta R, utilizarse 
la Práctica Aeroesoacial Recomendada SAE-ARP 1704 del 1981, en la que el an
cho B de la probeta compacta de tracción con entallas latera~es utilizado ~~ 
ra determinar el factor K ó K basta que sea B > (K /a ) . La correlac~ón 
entre estos valores y los8~e K SBobtenidos por el méto§~ drre2to (norma E-399) 
con probetas de tracción compaa~a en las que B ~ 2,5 (K c/a ) da diferencias 
no mayores del 5%; la comparación del tamaño entre unasiy otras probetas pu~ 
de hacerse observando la figura inferior de la lámina 5. Sin embargo, debemos 
hacer notar que en muchos casos es difícil obtener, al aplicar la ARP 1704, 
roturas cuyo plano quede dentro de los límites de desviación admitidos en la 
recomendación. 

Con lo expuesto, creemos que se puede tener una panoram~ca de la aplica
ción de la mecánica de fractura a las estructuras de aeronaves y de la actual i~ 
portancia y alcance de la misma. Solo resta, para que la exposición no parezca 
incompleta con relación al título del trabajo, en que se menciona la palabra 
"aeroespacial", añadir que en las estructuras de vehículos (tripulados o no) es
paciales, los conceptos de aplicación de mecánica de fractura en cuanto a velo
cidad de propagación de grieta, defectos iniciales y resistencia residual son 
análogos, siendo en este caso el espectro fundamental de cargas precisamente el 
de lanzamiento, si bien no existen regulaciones oficiales ni, como es lógico, 
programas de inspecciones similares durante la vida de los vehículos no recupe
rables. 

ESPECIFICACION MIL-A-83444 ANEXO 
"REQUERIMIENTOS DE TOLERANCIA DE DAÑADO DEL AVION" 

Esta especificación es una de las tres especificaciones fundamentales en que se 
basa, desde el punto de vista técnico, en cuanto a vida de fatiga, el programa ASIP. 

Contiene los requerimientos de diseño, en cuanto a tolerancia de dañado, aplica 
bles a aquellas partes de la estructura de la aeronave cuyo fallo puede producir la 
pérdida de la misma. 

La filosofia básica de esta especificación, desde el punto de vista de integri
dad estructural ligada a la seguridad de vuelo, es la capacidad de tolerancia de da
ñado de la estructura, capacidad cuya constancia a lo largo de la vida de servicio 
de la aeronave se asegura por la adecuada labor de mantenimiento (inspección y repa
ración), asi como que las propiedades de resistencia a fatiga de la estructura deben 
ser siempre consideradas, tanto en la estimación teórica como en los ensayos, median 
te la aplicación vuelo a vuelo del espectro de cargas. 

Asume además la especificación que siempre existen defectos iniciales de fabri
cación en la estructura, definiendo los tipos de defecto y su magnitud y consideran
do que estos mismos defectos se mantienen después de la revisión en tercer escalón. 

Establece los siguientes conceptos de diseño: 

"Estructura de crecimiento lento de grieta: Aquellos conceptos de diseño en los 
cuales a las grietas o defectos no se les permite alcanzar el tamaño critico de grie 
ta requerido para la propagación rápida inestable. La seguridad se obtiene a través
del crecimiento lento de la grieta durante periodos especificados de uso dependiendo 
del grado de inspeccionabilidad". 
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"Estructura de fallo seguro por detención de grieta: Es la estructura diseñada 
y fabricada de tal manera que la propagación rápida inestable será detenida dentro 
de un área continua de la estructura antes de f~llo completo. La seguridad se obtie
ne por el crecimiento lento de grieta en la estructura remanente y por la detección 
del daño en las inspecciones siguientes". 

"Estructura de fallo seguro de múltiples trayectorias de carga: Es la estructu
ra diseñada y fabricada en segmentos (cada segmento puede ser estar constituido por 
uno o más elementos) cuya función es contener el daño localizado y prevenir asi la 
pérdida completa de la estructura. La seguridad se obtiene a través de un crecimien
to lento de grieta en la restante estructura hasta la siguientes inspección". 

A su vez, clasifica las estructuras de fallo seguro de múltiples trayectorias 
de carga en dependientes e idenpendientes según exista o no, por diseño, un origen 
común de agrietamiento en trayectorias adyacentes de carga. 

Los requerimientos de diseño los establece, para las estructuras de fallo segu
ro, en función del concepto de diseño (estructura de múltiples trayectorias de carga 
o estructura de detención de grietas) y grados de inspeccionabilidad, especificando 
para cada binomio concepto de diseño-grado de inspeccionabilidad, la resistencia re
sidual y los limites de crecimiento de daño tanto para la estructura intacta como p~ 
ra el resto de la estructura una vez ocurrido el fallo de parte de ésta. Para las e~ 
tructuras cuyo concepto de diseño es el de estructura de crecimiento lento de grieta, 
admite sólamente dos grados de inspeccionabi·lidad: No inspeccionable o inspecciona
ble sólo en tercer escalón, es decir, mediante métodos de END tales como rayos X, u! 
trasonidos, líquidos penetrantes o corrientes inducidas. Para las estructuras de fa
llo seguro, admite además otros cuatro grados de inspeccionabilidad: Inspeccionable 
por examen visual especial, inspeccionable en "paseo alrededor", inspeccionable en 
tierra "evidente", es decir, cuando el dañado es tan evidente que se aprecia aunque 
no se inspeccione la estructura buscando dañado y por último inspeccionable "eviden-

te" en vuelo cuando el dañado es tal que lo percibe en vuelo la tripulación. 

En todos los casos, los requerimientos de dañado que establece, en cuanto a car 
ga máxima esperada que debe soportar, los obtiene de los factores básicos de exceden 
cía de factor de carga indicados en la especificación MIL-A-8866B, afectándolos de
un factor de amplificación para el intervalo a considerar, que aplica al intervalo 
de inspección típico que a su vez define como función del grado de inspeccionabili
dad. 
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Estructura de crecimiento 
lento de grieta {antiguo 
concepto de''vi da segura" 
modificado) 

Estructuro del fallo seguro 

(antiguo concepto de fallo 

seguro madi ficado) 

Una sola trayectoria de carga sin dispositivo de 

detenciÓn de grieta. 

Multiples trayectorias de carga, con dispositivo de 

detención de grieta, cuando no tienen nivel de 

inspecciÓn adecuado. 

Multiples trayectorias de carga. 

Trayectorias de carga 
independientes 

Trayectorias ·de carga 
dependientes( cuado existe 
po.r diseño un origen 
comun de agrietamiento 
en trayectorias adyacen
tes de carga) 

Dispositivos de detenciÓn de grietas. 

Multi ples trayectorias de carga y dispositivo de detenciÓn 
de grieta. 

Segun F. A. A.t Verifications of Methods for Domage Toleran ce evo luation of 
Aircraft Structures to FA A requirements"por T. swift of Federal Aviation .. 
Administration 1983 ). 

Estructura de vida segura : Cuando la longitud de grieta se hace critica sin que sea 
detectable en los niveles y plazas de inspección establecida 

Estructura de una trayec
toria de carga, toleranteal 
daño: 

Estructura de trayectoria 
multiple de carga, ins
peccionable externamente: 

Estructura de trayectoria 
multiple de carga con 
dispositivo de detención 
de grieta 

Cuando el periodo de crecimiento de grieta, antes de que se 
haga inestable y alcance su longitud critica, son acordes 
con los plazos y niveles de inspección previstos. 

Es la mas recomendable, siempre y cuando exista, despues 
del del fallo primario, un periodo razonable y longitud de 
grieta en el elemento secundario adecuado a los nive
les de inspeccio'n, antes del fallo del elemento secundario. 

Insp_eccionable solo cuando el elemento primario se ha roto 
ya completamente 

Inspeccionable cuando el elemento primario tiene ya una 
determinada longitud de grieta pero aun no se ha roto 
del todo 

LcÍmina 1 

Filosofías de dis.eño consideradas en las especificaciones MIL y F.A.R. 
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1 

tamaño inicial supues-to 

NÚI'M'ro de vuelos N 

1nspeccionable, longitud cri
tica de grieta no detectable 

No insp eccionable paro tama
ños inferiores a la longitud 
c.ri ti ca 

Estructuras de vida segura. (no aplicable la tolerancia 
al daño) 

Estructura de crecimiento 
lento de grieta( tolerante 
al daño) 

a) Estructuras de una sola trey ectoria de cargas 

l 

a¡ 

1 ! 
1 1 

-t¡ __, 
1 1 

'Ws.-1 
~ P4triodo de-

crecimiento ~uro 

_---1_ 
le del rev«~"stimiento 1 

1 
1 
1 

Sin dispositivo de co ntencioo de grietas. 
Miembr-o prima río na inspec.cionable, 
secundario si antes ·de le 

L 

~riada de crecimiento 
seguro de grietas .. 

1 

¡....:__ ___ _ 

1 
1 Vida del mit>mbro secundario 

despu•s de la rotura del primori 1 JI Le del miembro prim!trio _1 -----,-- ....,. 
Le del secundario! : 1 
----T- T-

I • 
ld del primario y secundario: 

-- -t-

a¡ +Aa¡ 

N 

Con dispositivo de contenciÓn de grietas. 
Miembros primario y secundarios íns
pece i onab les. 

b} Estructuras de multiples trayectorias de carga. 

' Lamina 2 

Ejemplos de apli caci o' n de Los pri nc1p1os de tolerancia al daño y m eccíni ca de 
fractura segun las filosofías de diseñ-o estructural adoptadas. 
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Espectro d~ cargos (vuelo 
o vuelo) 

da J d N = ( Ll K, R, ... ) 

CorrctcciÓn de Willenburg 

Tamaño y tipo d~ gríetq 

inicial 

Factores de intensidad 

de esfuerzos epi icobles 

Computador 
(calculo ciclo o ciclo) 

¡.........-.......,.¡ j=f 

a¡= Clo + ~ A aj 
j =1 

Datos experimentales del 
material aplicables (obtenidos 
con ampiHud constante) 

do 

do 

N• de vuelos 

a) Calculo d-e la longitud de grieta en funciÓn del número de vuelos 

Propi~dcd~s del mote:riol opl icobles 

Esf u~rzos planos 

Kc / M' to 

+ 

K o pi icobles 

M~todo de 

Fedt-rssen 

b) Calculo de la resistencia residual 

N"' de vuelos 

• • 1' 

e ) Determinación intervalos de 1 nspeccron. 

" Lamina 3 

Resis.t ene io res id uol 

Zono oc 

longitud grieto o 

a inestable para carga limiie 

Intervalo 
¡--i!lse..ec-;n 

o detectable 1 1 

Esquema del calculo de tolerancia al daño con aplicaciÓn de la 
, . 

Mecamca de Fractura. 
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w 

Grietas que no atraviesan el espesor. 

w 
w 

Grietas que atraviesen el espesor. 

Grieta interna 

w 

Grieta no pasante adya e ente a talad ro. 

Grieta pasante adyacente a taladro. 

' ' Lamina 4 

Geometría inicial de grietas. 
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Se cambia K al alcanzar a+ Yp el 
espesor de la chapa. 

Ancho 8 = 50 mm Ancho 8=25mm 

Probetas s/n ASTM -E-399 

Probeta s/n SAE 
ARP -1071. 

Probetas compactas para determinaciÓn de Kc 

( 

Lamina 5 
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NUEVAS TECNICAS DE TRATAMIENTO DE SINGULARIDADES EN CAMPOS 
ESCALARES Y VECTORIALES 

F. Diez Sacristán, L. Gavete Corvinos, F. MichaviLa Pitarch 

Departamento de CáLcuLo Numérico e Informática. 

E.T.S. Ingenieros de Minas 

Universidad PoLitécnica de Madrid 

En este articuLo se considera eL tratamiento por eLementos 
finitos de Las singuLaridades en eZ estudio de Za fractura eZás 
tica. Para hacerLo, se presentan tres tipos de eLementos fini-
tos singuLares en Los que se anaLizan Las formas aproximadas de 
Za deformación. AZgunos de estos eLementos se pueden utiLizar 
en Za modeLización de otras singuLaridades en campos escaLares. 
Con todo eLZo, se da una visión de Zas técnicas numéricas de -
tratamiento de singuLaridades y se demuestra La apLicación deZ 
eZemento de AaZto aZ tratamiento de La fractura en regimen eZás 
tico. 

In this articLe we consider the finite eLement treatment 
of Zinear eLasticity and particuZarZy of the strain singuZa
rities of Linear eLastic fracture. In order to do this we ana
Zyze the approximate strain forms of three different singuLar 
finite eZements. For such eLements we demostrate the circuns
tances under which the approximate strain forms posses the -
required singuLar strain behavior. Sorne of the singuLar finite 
eZements can be used in order to treat other singuLarities. -
We demostrate that AaLto's eZement can be appZied in Linear
eZastic fracture. 
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1 . - I NTRODUCC ION 

El resultado de un anélísis elAstico mediante el MEF de una pieza fractu
rada consiste en energras, desplazamientos, tensiones y deformaciones a tra
vés de la estructura. A partir de estos datos existen varios métodos para de
rivar los factores de intensificación de tensiones. En cualquier caso, y como 
es bien sabido, en un entorno del vértice de la fisura el campo de tensiones 
y desplazamientos es singular, dado que presenta la forma ~; por otro lado, 
el método de los elementos finitos standard utiliza espacios interpoladores 
polinomiales, lineales o cuadrAticos, que por tanto no representan adecuada
mente el comportamiento en ~ de aquellas magnitudes. Por esta razón, convie 
ne modelizar adecuadamente la zona fractt,rada, al objeto de poder calcular -~ 
mAs precisamente desplazamientos y tensiones y, en definitiva, obtener mAs -
exactamente los factores de intensificación, y es así que han surgido gran nú 
mero de técnicas especiales (en el campo del MEF) para simular la singulari-
dad /1/, /2/, /3/, /4/ y /5/. 

Se han empleado un gran número de tétnicas especiales para simular la sin 
gularidad /1,2,3,4,5/. La eficiencia y exactitud de los elementos empleados
variará pero generalmente estos elementos presentan algunos puntos débiles -
tales como la pérdida de la continuidad entre elementos, la incapacidad de -
modelizar cargas térmicas debido a la pérdida de los términos de deformación 
constante y la programación necesaria, que a veces puede ser extremadamente 
tediosa. 

Uno de los métodos mejores y más simples para modelizar la singularidad 
es la técnica desarrollada por Barsoum /6 y 7/ y Hensell and Shaw /8/ que se 
origina al llevar el nodo intermedio del elemento isoparamétrico cuadrático 
incompleto a la cuarta parte del lado, en aquellos lados que contienen el pun 
to singular. Además en este elemento se conserva la continuidad, asi como la
posibilidad de tratar cargas debidas a cambios de temperatura (ya que conser
va el término de deformación cosntante). La exactitud conseguida es muy gran
de y se puede aplicar a cálculos elásticos y dinámicos /9/. 

Otra aproximación uti 1 izada para generar la singularidad en las defor 
maciones y tensiones fue introducida por Akin/10 y 11/. Ciertas singularida-
des se pueden generar mediante cambios en las funciones de base de aproxima
ciones de los desplazamientos. Sin embargo el método es poco exacto y en al
gunos casos no se modeliza adecuadamente la singularidad. 

La implementación del método es simple pero es fácil equivocarse con los 
elementos isoparamétricos. Además hay que emplear fórmulas especiales de in
tegración numérica y técnicas de extrapolación muy poco exactas para el cálcu 
lo de los factores de intensificación de tensiones. -

Ultimamente Aalto /12/ presentó una técnica de tratamiento de singulari
dades en campos escalares. En el presente artículo se demuestra que dicho -
elemento puede emplearse en la modelización de fracturas en regimen el~stico 
siguiendo para su demostración los desarrollos utilizados por Thompson y -
Whiteman /13/. 

2.- ESTUDIO DE LA SINGULARIDAD EN ELEMENTOS CON NODOS A 11 1/4" Y EN EL ELEMEN
TO DE TRANSICION. 

Recordemos algunos conceptos de la formulación isparamétrica. Sea el ele 
mento isoparamétrico cuadrático (fig.1) con unos ejes locales 1,~ O~· 1 ~ 7, 
O ~ ~ ~ 2, y unos ejes generales x,y. 

El jacobiano de la transformación n(x,y)---n(1,~) viene dado por: 
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J = 

= 

Es decir: a A 
ax 

aJl 
ax 

ay 
TI 
ay 
~ 

= 

= 

y 

1 ay 
TJT ~ 

-1 ay 
TJT TI 

-1 J = 

con IJI 

a A 
ay = 

aJ-1 = ay 

1 
TJT 

-1 ax 
TJT ~ 

1 ax 
TJT TI 

Y como E = aU(A,Jl) = 
11 ax 

au aA + aU .!..!:. 
TI ax aJ-1 ax 

tendremos sustituyendo ~y.!.!:. ax ax 

Análogamente: 

y 

-y_] a A 

ax 
a A 

= 

( 1 ) 

(2) 

(3) 

En el caso de que consideremos el elemento cuadrilateral de 8 nodos iso
paramétrico, tendremos las transformaciones: 

8 
¿ NK(A,¡..t) XK 

k=1 ( 4) 
8 
¿ NK(A,Jl) YK 

k=1 
en donde (xK,yK) son las coordenadas de los nodos y las funciones de base 
NK, K=1,2, •.• ,8, tienen la forma: 
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7 
~~~·--~~-----13 

0,2) (1.2) (2,2) 

8 (0 ,1) (2. 1) 6 

~------------~x 
.0,6) (1 O) (2,0) 

5 2 

Fig.l. Elementoisoparamétrico cuadrilateral cuadrático. 

N1 (>., ll) = i {2->.){2-ll)(1->.-JA) 

1 N3(>-,ll) =7f>.ll(A+JJ-3) 

1 N5{>- •lA) = -z"C2- >-)(2-ll) 

N7(x,ll) = .¿.l.JA(2- >.) 

N4(>-,JA) = i~(2->.)(JJ-l.-1) 
1 N6{>.,JA) =-z>-ll(2-~) 

1 
N8 {>..~) = -z~(2->-)(2-JJ) 

los desplazamientos se aproximan mediante las mismas funciones de base (formu
lación isoparamétrica) y por tanto: 

8 
U(>.,~) = l: NK(>.,¡.¡) UK 

k=l 

8 
V(>-,ll) = l: NK {>., ll) VK 

k=l 

donde UK, VK, son los desplazamientos en los nodos. Operando, tendremos: 

en donde: 

x(>.,¡.¡) = al+a2>.+a3JJ+a4>.2+a5¡.¡2+a6>.~+a7>.2JA+a8>.ll2 

y(>.,¡.¡) =yl+y2>.+y3JA+y4>.2~Y5ll2+y6>.ll+Y7A2JJ+y8l.ll2 

U(>.,¡.¡) =Bl +B2>.+B3JA+B4>.2+B5JA2+B6>.~+B7l.2¡.¡+B8>.~2 

V(>.,¡.¡} =61+o2>.+o3JA+o4>.2+osJJ2+o6>.~+67>.2~+oa>-JA2 
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al = x, 

3 1 2x 5 a2 = "Zxl - -zx2 + 

3 1 + 2x8 a3 = - -zxl - "Zx4 

1 1 
a4 = "Zxl + "ZX2 - X 5 

1 1 
as = "2"X1 + 'Zx4 - x8 

5 1 3 1 
a6 = 4x1 - 4x2 - 4x3 - 4x4 - x5 + x6 + x7 - x8 

- }xl 
1 1 

a7 = - 4x2 + 4x3 
1 

+ 4x4 
1 

+ -zxs 
l 

- 'ZX7 

1 1 1 1 1 1 
a8 = - 4xl + 4x2 + 4x3 - 4X4 - -zX + "Zx8 ·6 

con expresiones similares para aK' YK' oK' K=1, ••• ,8 relacionados con yK, UK 
y VK respectivamente. 

Mediante las expresiones anteriores (1)-(8) se puede estudiar la forma 
de las deformaciones en el entorno del vértice de la fractura, (y naturalmen
te, en el plano x-y). 

Este estudio ha sido llevado a cabo en /13/ de forma sistemática para to
dos los elementos isoparamétricos (degenerados o no, y de transición bi y tri
dimensionales). Los resultados más importantes obtenidos son: 

a) Cuadrilátero con nodosa "1/4". En este caso la singularidad que aparece no 
es del orden de r-i salvo que los lados del elemento sean rectos y estén 
sobre los ejes x e y. Sin embargo, aOn en este caso la singularidad en sen 
tido radial entre los ejes "x" e "y" no es del orden de r-~. -

b) Triángulo con nodos a "1/4", que proviene de haber colapsado un cuadriláte
ro con nodos a "1/411

• 

En este caso, la singularidad que aparece para cualquier sentido radial es 
del orden de r-i en el caso en que el lado colapsado coincida con el punto 
singular. 

e) Triángulo de 6 nodos con nodos a "1/4". En este caso la singularidad con
seguida en el punto singular es del orden de r-~. 

d) En el caso de emplear los elementos de transición desarrollados por Lynn e 
Ingraffea /14/, los elementos deben ser cuadriláteros de lados rectos con 
los lados 1-8-4 y 2-6-3 perpendiculares al lado 1-5-2 (figura 2) para mo
delizar adecuadamente la singularidad r-i. Además, evidentemente el elemen 
to no puede ser degenerado a un triángulo y se debe de verificar que y3 ~:y4 

e) Análogos resultados a los de a) y b) se obtendrían para elementos singula
res completos (9 nodos), siempre que se lelve a cabo una correcta ubica
ción del nodo central, tal y como se demuestra en /15/. 
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3 

Fig.2. Elemento de transición en 
mecánica de la fractura. 

/ 

/ 
/ 8 

/ 

1 5 2 X 

3.- UN NUEVO ELEMENTO PARA EL ESTUDIO DE FRACTURA EN REGIMEN ELASTICO. 

La formulación de elementos que incorporan la singularidad a través del -
cambio en la forma del elemento y coordenadas de los puntos nodales, puede ver 
se en la ref /12/ y de acuerdo con ella en el caso de la figura 3 los valores
de ri y vi dados por 1 as fórmulas ( 9) definen 1 a posición de 1 os nodos. 

4 

n 

8 

X 1 5 

Fig. 3. Elemento isoparamétrico de lados curvos que incluye 
la singularidad. 

ajn 
.a 

2 

(9) 

Vamos a realizar una formulación general del problema utilizando dos ele
mentos isoparamétricos cuadráticos para modelizar la singularidad que tiene 
lugar cuando IT/2 < a< rr y posteriormente estudiaremos el caso particular de 
fractura que tiene lugar cuando a=rr. 

Aplicando las fórmulas (9) al caso de la figura 3, tendremos los valores 
de ri y v. dados en la tabla 1, de los que deducimos las coordenadas noda
les que so~: 

x1 = O 
ajn a x3 = a.2 • cos! x4 = a.cosa 

( l)a/IT. 
x5 = a 4 ' {5) a/IT 2a 1 x6 = a 4 . cos11 • are tg (!) ; 

(5)a/n 2a x7 = a 4 · cos ll are tg(2) 
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o y2 :: o a/II a y5 = o yl = ; ; y3 = a.2 sen-z ; y4 = a.sena ; ; 

y6 :::: (5)a/II a. 4 • senif. are tg(~) ; y7 :::: a(S)a/II 
4 sen ~a are tg(2) 

Ya = a({)a/II sena 

y teniendo en cuenta (a), calculamos los valores de ai y Y; (i=l,2, ... ,a), 
que son los siguientes: 

a 1 = o a2 = 2 .(l)a;rr 
a 4 - 1 a 

"Z a3 = 2 (l)a¡rr 
a 4 - 1 a 

"Z cosa 

a4 = 1 a 
"Z - a(k) a;rr as = 1 a 

"Z - a({) a;rr cosa 

a6 
1 3 2a;rr. COS II/2 la + (l}a/rra COSa + = -4a -4a - 4 4 

+ a ( 5 ) a/ rr 
4 e o s ( 2 rra a re tg(~)) + e o s ( 2rr a a r e tg 2) 

a7 
1 1 2a/IICOS a + 1 a cosa + ~a ( {) a/ rr _ = -4a + 4a "Z 4 

- la(S)a/II cos 2a are tg 2 "Z 4 n 
a 1 a + la 2a/IICOS a + 1 (l)a/II 1 a cosa = -za 4 -a 4 4 "Z 4 

la(S)a/II cos 2a are tg (~) "2" 4 n 

yl = o y2 = o y3 = 2a({) a/rrsena y4 = o 

rs = 1 a 
"Z sen a - a({)a/II sen = 1 a 

"Z - a({) a/II sen a 

y6 
3 a/ rr ( 1 a +(l)a/rra = -4 a . 2 • sen a/ 2 sena + 4 4 

+ a({)a/II sen ( 2rr a are tg(i)) + sen ( 2rra are tg 2) 

y7 {a. 2 a/ rr a l la(S)a/II sen 2a are tg 2 = sen "2" + 4 a sena n "Z 4 

Ya = 1 2 a/ rr 
4a. sen; + (1 a ( l ) a 1 rr 

"Z 4 
1 a) 
4 sen a 

1 a ( 5 ) a/ rr sen 2a are tg (~) "Z 4 n 

Ahora bien, vemos que para que la mayor parte de esos valores se anulen, 
debe de ser a=II (caso de fractura) en cuyo caso tendríamos el elemento de la 
figura 4 con: 
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1 

1 

1 

1 1 2a 

'---' a 
1 a 

4 1 1 1 1 X 

[ ! 
8 L 

r~5 J 1 2 ' 
l , 

a 

Fig.4. Elemento de Aalto para mecánica de la fractura. 

x7 = -3a/4. 

y aplicando (8) tendremos: 

al = a2 = a3 = a6 = ~ = a8 =O ; a4 = a/4 aS = -a/4 con x(>-,).1) = ~(>.2,JJ2) 

de donde: 

y 

a = Y7 = Ya = 0 ; Y 6 = -z 

2 
IJI =(~ay_~ ay)= 2,. (>.2 + ).12} 

a>. aJJ a¡.¡ a>. <+ 

Los valores de las deformaciones serán: 

2 2 2 2 a2>.-a3¡.¡+2a4>- -2as).l +a7>- ¡.¡-aa>-).1 

.z (>.2 +¡.¡2) 

68 

con y (>. ,,.!) = ~ >-JJ 

(10) 

(11) 

( 12) 

( 13) 

( 14) 

( 15) 



( 16) 
{En la tabla II pueden verse los valores obtenidos a lo largo de los ~jes x e 
y del elemento (Fig.4). 

4.- ELEMENTOS DE AKIN 

En el apartado anterior hemos visto como se puede construir un elemento 
singular sin más que modificar la posición de los nodos en el plano x-y (es -
decir, desde el punto de vista matemático actuando sobre el jacobiano). 

Consideraremos ahora el caso de los elementos de Akin (/10/ y /11/), que 
se caracterizan por introducir nuevas funciones de base. 

Sea el elemento de 3 nodos de la figura 5: 

n y 
;" 

X= 
3 ,.. ., 

3 

1~ 
....... 

o 

2 ...... ... n= 
2 

Fig . 5. Elemento triangular de tres nodos (Akin). 

Las funciones en forma standard (Ni) y de Akin (H;) son: 

Nl = 1-X-¡.¡ Hl = 1-(H¡.¡)l-P 

N2 = A H2 = A (A+¡.¡) -P ( 18) 

N3 H3 
-P = ll = ¡.¡ ( H¡.¡) 

con o " A < 1 o ' ll < 1. 

Tendremos, por tanto: 

X( A,¡.¡) = r N.x. = al + a2x + a3¡.¡ 
; 1 1 

( 19) 
y( X,¡.¡) = .E N .y. = yl + y2X + Y31l 

; 1 1 

con: 
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Si hacemos, sin pérdida de generalidad, x1 = y1 = O (fig.6) será: 

y 

3 

X = a 2.>. + a 3¡.t 

y = y2). + y3¡.t 

y a lo largo de una línea radial <yx-cte) 
debe de ser: 

2 X 
.A ¡:¡ = a1(=cte) 

1 
y proporcional a r. 

Figura 6. 
Como: 

u=~· Hiui = (1-(>.+J.l)l-PJ u
1 

+ >.(.A+J.l)-P u2 + ¡.t{.A+J.l)-P u3 
1 

(20) 

e igual para v, la aproximación de la deformación vendrá dada por (1), luego: 

y sustituyendo la relación (20): 

A' -P A' -P-1 A -P A -P-1 
= 11l + 2 ll = 1 r + 2 r 

1 Y en el caso de fractura es p= z . luego: 
1 3 

E11 = A1 r-z + A2 r-z {21) 

Como se ve, el elemento representa correctamente la forma de la singula
ridad, pero no incluye condiciones de deformación constante (necesarias por 
ejemplo en termoelasticidad). 

La implementación de este elemento en un programa de elementos finitos 
es simple, sin embargo si se parte de la formulación isoparamétrica hay que 
tener ciertas precauciones. En efecto,. si se modifican sin m~s las funciones 
de forma con arreglo a (18), la interpolación geométrica quedar~ de la for
ma: 

x(.>.,J.l) = ¿ H.x. 
. l 1 
1 

¿ H.y. 
. 1 1 
1 

(22) 
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Vamos a deducir que sucede con la deformación en el caso de tener {22) 
por (18) como interpolación geométrica. Para ello comprobaremos en primer lu
gar que (22) transforma ¿ctas en rectas. En efecto, pongamos aA + b =P , y 
supongamos. sin pérdida de generalidad, que x1 = y 1 =O. Entonces: 

X= A(a
1
A + a2 )-P x

2 
+ (aA + b){a

1 
A+ a

2
)-P x

3 

y= A(a1A + a2)-P y2 + (aA + b)(a1A + a2)-P y3 

con a1 = a+1 y a2 = b. Dividiendo: 

......... 
Y si b = O, tendremos que la transformada de una linea radial en T(r) es una 
linea radial en T(r). Por consiguiente, según una linea radial en el plana 
x-y serA: 

La aproximación de la deformación vendrta dada por (1} y procediendo co
mo en el casa anterior, y después de algunas manipulaciones, se observa que 
E11 presenta la forma A1 + A2 r-2 que no es la correcta. 

En otras casas, empleando correctamente la transformación isoparamétrica, 
cama por ejemplo en el elemento triangular de 6 nadas, na se aproxima la sin
gularidad radialmente en todo el dominio del elemento. 

5.- CONCLUSIONES 

Las elementos que tienen sus nadas en la cuarta parte del lada, deben -
emplearse con cuidado ya que las elementos cuadrilaterales sólo modelizan la 
singularidad a lo largo de sus ladas en el casa de que estén dirigidas según 
las ejes y además na modelizan la singularidad en sentida radial. 

Las elementos desarrolladas par Aalta para la modelización de singulari
dades en campos escalares, pueden aplicarse perfectamente al casa de la frac
tura elAstica ya que representan perfectamente la singularidad requerida en 
la deformación. Además, la singularidad quedaria representada, modelizando 
toda la grieta, únicamente can das elementos~ 

En el caso de emplear elementos de Akin hay que tener cuidada al reali
zar su implementación en programas isoparamétricas dado que sólo alteramos 
las funciones de base pera no las de transformación. Además se trata de mé
todos poca exactos y que no modelizan convenientemente la singularidad ya que 
no paseen el término correspondiente de deformación constante e inclusa en al 
gunos casos la singularidad del tipo r-~ na queda modelizada en el sentido
radial en todo el dominio elemental. 
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T A B L A S 

TABLA I: Coordenadas Polares Nodales (Elemento de Aalto) 

Punto t; n . r; 111; 
no da 1 

. 1 

1 -1 -1 o 2a o = o T . 

8 -1 o a({) a/n 2a n 
T ·z- = a 

4 -1 1 
2a n a T ·-z = 

5 o -1 a<{> a/IT 2a o = o T . 

7 o 1 a (i) a/IT 2a are tg 2 T . 

2 1 -1 a 2a o = o T . 

6 1 o a{5)a/n 2a are tg <i> 4 JI 
. 

3 1 1 a.2a/n 2a JI a 
·-zr = "Z JI 

TABLA II: Representación de la deformación (Elemento de Aalto) 

>-=O(lado 1-8-4) ~=O (lado. 1-5-2) >. =~ (Hnéa 1-3) 

E22 
1 A1 ·Tr +A2+A3 Ir 1 B1.rr +B2+B3 Ir 1 c1.rr +C2+c3 Ir 

E11 
1 01·Tr+ 02 

1 
E1·rr+Ez 

1 F1 ?r +Fz+F3 Ir 

E12 
1 61·Tr + 62 

1 
H1"7F + Hz 

1 
I 1.;rr +Iz+I3 Ir 

{k=1, ••• ,8) 
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LA GEot·1ETRIA FRACTAL DE LAS SUPERFICIES DE FRACTURA 
EN MATERIALES 

. 1 . 2 
F. Gu~nea y E. Lou~s 

1 

2 

Departamento de F~sica deZ Estado S6Zido, Universidad Aut6noma 
de Madrid, CantobZanco - 28049 Madrid. 

Departamento de F~sica, Universidad de Alicante, Apartado, 99 
03080 Alicante, y, Centro de Investigaci6n y DesarroZZo, Indus 
tria Española deZ Aluminio, S.A., Apartado 99, 03080 Alicante~ 

Recientemente se ha demostrado que muchas estructuras derivadas de distintos 
procesos de crecimiento tienen geometr~a fractal. En particular, y basándose en 
ciertas observaciones experimentales as~ como en razonamientos semiemp~ricos, 
MandeZbrot y coZaboradores1 han sugerido que Zas superficies de fractura en me
tales pod~an tener naturaleza fractal. En este trabajo se presenta un modelo que, 
basándose en Zas ecuaciones de equilibrio de Za elasticidad, permite simular Za 
propagaci6n de Za fractura y estudiar su posible geometr~a fractal. Las estructu 
ras generales, de ese modo, son autosimiZares con dimensi6n fractal que depende
débilmente de Zas condiciones de contorno (1.55 + 0.55 para compresi6n uniforme 
y 1.60 + 0,05 para cizaZZaJ. Se discute Za influencia de Zas constantes elásticas 
en un medio is6tropo, asi como de Za anisotropia. Se sugieren diversas extensio
nes deZ modelo que permitirian abordar situaciones más realistas. 

1. B.B. MandeZbrot, D.E. Passoja y A.J. PauZZay, Nature, 308, ?21 (1984). 
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ELEMENTO FINITO ESPECIAL E INTEGRALES INVARIANTES A y B PARA 
LA FRACTURA DINAMICA CON CARGAS TERMICAS. 

J.M. Martinez Esnaola, J.M. Bastero de Eleizalde 

CEIT (Centro de Estudios e Investigaciones Técnicas de Guipuzcoa . 
B2 Ibaeta, s/n. 20009-SAN SEBASTIAN 

En esta comunicación, se describen varias técnicas numéricas que permiten 
el estudio de la propagación dinámica de grietas en problemas térmicos bidime~ 
sionales y materiales elástico-lineales. Por una parte, se muestra la aplicabi 
lidad de un elemento finito especial con fo:r;mulacic5n global-local del tipo "bl8E. 
ded" para el análisis de cargas de origen térmico. Por otra parte, se generali
zan las integrales A y B para tener en cuenta la existencia de dichos efectos 
térmicos. Las técnicas expuestas se ilustran con ejemplos numéricos de aplica
ción. 

In this paper, several numerical methods are presented for dynamic crack 
p1~pagation in bidimensional thermal problems and Zinear-elastic materials. 
First, the appUcabiUty of a global-local "blended" type finite element for 
thermal analysis is shown . In the other hand, A and B integrals are genera
Uzed to take account of such thermal effeota Numerical examples aro presented. 
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1.- INTRODUCCION 

El estudio de problemas de Fractura originados por tensiones térmicas de
bidas a la intensificación local del gradiente de temperatura es de considera
ble importancia práctica en numerosas aplicaciones industriales. 

La presen:cTa de cargas térmicas modifica el análisis de fractura en dos as 
pectos. En primer lugar, las propiedades del material serán variables en la es
tructura. En segundo término, no todas las formulaciores especiales para los ele 
mentes del borde de la grieta admiten la existencia de cargas de este tipo, y
en los análisis a través de expresiones invariantes, éstas han de modificarse 
por la aparición de términos de área junto a los de linea /1-4/. 

En este articulo se presentan unas técnicas numéricas que incluyen los 
efectos dinámicos durante la propagación de una grieta y admiten la existencia 
de cargas de origen térmico, generalizando los métodos desarrollados por los 
autores y presentados en comunicaciones anteriores /5-6/. 

2.- ELEMENTO FINITO ESPECIAL EN FRACTURA TERMICA 

El elemento finito especial presentado en /5/ está basado en el concepto 
de funciones globales-locales desarrollado. por Mote /7/ y aplicado por Benzley 
/8/ para problemas de fractura estática. Con esta formulación el campo de des
plazamientos se interpola de la forma siguiente: 

siendo 

u. 
~ 

N .. d. + H .. SJ. 
~J J ~J 

u. el campo de desplazamientos 
~ 

N. . las funciones de forma locales 
~J 

H. . las funciones globales 
~J 

d.,S. parámetros incógnita 
J J 

( 1 ) 

En un problema de fractura dinámica, la expresión (1) puede interpretarse 
del modo siguiente: 

donde K 
. di 

r~cas e 
ción Fii 

u 1= u= N1 j dj + KI(FI 1-Nlj 

u2= V N2 j dj + KI(FI2-N2j 

(2. a) 

(2 .b) 

es el Factor de Intensidad de Tensión.dinámico, Fii las soluciones teó
un problema de Fractura dinámica, y FJ. representa el valor de la fun-

evaluada en el nudo j. I~ 

Con esta interpolación, los parámetros dj representan además los desplaza
mientos nodales y la incorporación de las funciones teóricas Fii permite el cá! 
culo preciso de los campos característicos en la vecindad de la grieta. 

Además, la interpolación clásica del MEF ha sido sustituida en el elemento 
especial (tipo A) por otra del tipo "blended" que permite la modelización cinemá 
ticade las condiciones de desplazamiento cuando el borde de la grieta se encuen~ 
tra en un nudo intermedio. Para asegurar la compatibilidad del campo de despla
zamientos, se definen unos elementos de transición (tipo B) que rodean al elemen 
to especial y que suavizanla interpolación hasta la isoparamétrica convencional
de los restantes elementos de la estructura (tipo C). 
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LOs detalles de esta técnica pueden encontrarse en la referencia /5/ y el 
esquema resultante se representa en la Figura l. 

Esta formulación global-local permite la inclusión de cargas de origen 
térmico en el análisis de Fractura. La ecuación constitutiva de un medio termoe 
lástico lineal e isótropo es: 

CJ,. =AU c .. + J.I(U, .+u .. )"""YTo .. 
1J r,r 1J 1 1 J ],1 1J 

( 3) 

donde x, J.1 son las constantes de Lamé, T el incremento de temperatura respecto 
a la de referencia y 

y =a.(3A.+2jJ) (4) 

siendo a. el coeficiente de dilatación térmica lineal. 

En general, los parámetros A.,JJ,y,a. serán variables con la temperatura, 
con lo que a efectos del análisis el material queda convertido en heterogéneo. 

Si se admite que la distribución de temperaturas en el medio es regular, 
la ecuación (3) permite deducir que la singularidad del tipo r-! caracteristi
ca del campo de tensiones en un problema de Fractura, está asociada a la singu
laridad del mismo tipo de las deformaciones u. . en la vecindad de la grieta. 
En consecuencia, los efectos térmicos represektádos por el término yTo .. no 
afectan al campo singular asociado al Factor de Intensidad de Tensión,

1
Jsiendo 

los términos de orden superior los que recogen la influencia de dichos efectos 
/9/. En la formulación que aqui se presenta, dichos términos, no singulares, 
se ajustan mediante funciones polinómicas, lo que permite la aproximación de 
los efectos térmicos a través del método de los Elementos Finitos. 

Por otra parte, la ecuación del movimiento en un medio termoelástico pue
de expresarse en un sistema de ejes móvil con la punta de la grieta como 

( A+JJ) o A a JJ ay 
U, .. +J.IU ... + FT'i u + -

0
- T,. (u. . +u. . ) - -

0
- T , . T-yT, . = p 

],1] 1,]] r,r T J 1,] ] 1 1 T 1 ~ 

2 2 2 

a u. a u. • 2 
a u . au. 

(--1 2" 1 1 á __ 1_) (5) - a axat + a -2-
at

2 
ax 

ax 

Aceptando también que la distribución de temperaturas en el medio, asi co
mo la dependencia de las propiedades mecánicas respecto a la temperatura pueden 
expresarse mediante funciones regulares, el análisis de singularidad de la ecu~ 
ción (5) en el entorno próximo a la punta d~ la grieta conduce a la expresión 

2 
a u. 

(A+J.I) u ... + J.IU. . . = pa - 2
1 

(6) 
J ,1] 1, J J ax 

que coincide con la ecuación del movimiento en un medio isotermo, con la parti
cularidad de que A.,J.l toman los valores locales correspondientes a la temperatu
ra del borde de la grieta. 

En consecuencia, la solución teórica representada por F ., incorporada al 
análisis de forma global y obtenida para el caso isotermo, e~Jigualmente apli
cable bajo la acción de cargas térmicas_ 
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El crecimiento de la grieta se ha simulado mediante el desplazamiento de 
un único elemento, el elemento especial, y distorsionando el mallado de los 
elementos tipo B circundantes. Periódicamente es necesaria una regeneración del 
mallado para evitar una distorsión excesiva. La Figura 1 representa el esquema 
seguido en la propagación. 

Las aceleraciones de los puntos materiales Üj se interpolan de forma dife
rente en los elementos A, By C. Este hecho, junto con el desplazamiento de 
mallado utilizado para la simulación del crecimiento, introduce algunos erro
res numéricos que pueden corregirse utilizando un principio de trabajos virtua
les mixto que abarque los instantes t

1 
y t 2 = t

1 
+ ~t en la forma siguiente. 

2 2 2 2 
2 

2 12 
cr 1J. ou .. dv + J pü, ou, dv- ( T ou. ds + J( cri.ou .. dv + fv ~,] V ~ ~ J3VTi ~ V J ~,J 

S _1 o 2 d f -1~ 2 d f 1~ 2 d o + PU. U, V - ~vT.uu. S - ,~T.uu. s = 
V ~ ~ o T~ ~ D~ ~ ~ 

(7) 

donde los superíndices 1 y 2 denotan los instantes t
1 

y t
2 

respectivamente, y 
~¿ es la nueva superficie creada durante la propagac~ón entre dichos instantes. 

La introducción de la interpolación expresada en (2) en el principio vari~ 
cional (7) da lugar a un sistema de ecuaciones diferencialescrue ~ha resuelto 
por el método de integración de Newmark que conduce a una matriz de rigidez 
equivalente que resulta ser no simétrica. Este problema se ha resuelto mediante 
un sencillo proceso iterativo dado el pequeño grado de asimetría. La naturaleza 
misma del principio variacionalO)marca un ligero carácter oscilante a la solu
ción /10/. 

El planteamiento de esta interpolación a través del MEF requiere técnicas 
de integración especiales para la evaluación de las matrices de rigidez y de 
masas y de las cargas térmicas nodales equivalentes asociadas al Factor de In 
tensidad de Tensión. Esto es debido a dos causas: 

- Por una parte, la interpolación global introduce términos singulares 
en la formulación. 

- Y por otra, las funciones locales de tipo blended presentan una discon
tinuidad en sus derivadas. 

3.- INTEGRALES INVARIANTES A Y B EN FRACTURA TERMICA 

Como vía alternativa de análisis, las integrales A y B /5/, han sido re
formuladas de manera que admiten la existencia de cargas de origen térmico, y 
permiten conocer el estado del material en la zona próxima al borde de la gri~ 
ta a través de los campos de tensiones y desplazamientos en la lejanía, que 
pueden evaluarse con mayor precisión a través del MEF. 

Con estos planteamientos integrales se soslaya el inconveniente de la fal 
ta de precisión de los elementos standard para la evaluación numérica de los 
campos singulares característicos de un proceso de fractura. En consecuencia, 
la simulación del crecimiento de la grieta puede llevarse a cabo mediante la 
sencilla técnica de la relajación nodal sustituyendo las condiciones de des
plazamiento del borde de la grieta por unas condiciones aproximadas de fuerza. 
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Para la obtención de estas nuevas magnitudes integrales, se tendrá pre
sente la ecuación del movimiento de un medio continuo referida a un sistema 
de ejes móvil con la punta de la grieta que se puede expresar 

2 2 
a ü. 2u 

.2 a u au. 
p ( l. 2 . a i i fi __ l._ 

(J •• -2-- a axat + a -2--
l.J 'j at ax 

ax 
(8) 

Se considera la siguiente integral de superficie 

I (9) 

siendo 

V un dominio circundado por una superficie av simplemente conexa. 
-u. ,a . . 
l. l.J 

unos campos auxiliares de desplazamiento y tensiones. 

n. el vector 
l. 

oij el delta 

unitario nonmal a ds. 

de Kronecker. 

Aplicando a esta expresión integral el teorema de Gauss generalizado, 
restringiendo el análisis a un caso de deformación plana (Figura 2) y selec
cionando como campos auxiliares los siguientes: 

-! 
u - u= -rd 1-

ed 
cos --2- + 

-! r 
S 

-! ed 
= -ad rd sen --2- + 

2a. d -! 
--r 

2 S 
1+a. 

1- ( 

-

a. 2 
1-(-) e 

S 

/..o
1
,J. ü + ]l(u .. + ü .. ) r,r l.,J J,l. 

S 

cos 

e 

es 
2 

S 
sen -

2
-

( 10) 

(11) 

(12) 

(13) 

puede obtenerse, teniendo en cuenta la ecuación constitutiva (3) de un medio 
termoelástico, una expresión integral de la forma 

A= fr 
2 

[ 
- - • 2 a ui - a ui 

(T.u.-T.u. )dl-pa (-"'--u.- a X 
l.l. l.l. oX l. 

= [ 
- - • 2 a ui - a ui f (T. u. -T. u. ) dl- pa (-- u.- --

f1 l.l. l.l. ax l. ax 
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u. )dy 1 = 
l. 



~2u~ ~2u. Cl u 
( 

o ~ 2. o ~ - i 
- at2 + a ClxClt + a ax- ü. + yTü ]ds 

~ r,r 
(14) 

La evaluación de A puede efectuarse mediante la integración a lo largo de 
r

2 
infinitamente próximo al borde de la grieta (vid. Figura 2) de manera que 

se relaciona con el Factor de Intensidad de Tensión dinámico en la forma 

A = e (a, T) KI (15) 

siendo e = e (a,T) una constante dependiente de la velocidad de propagación a 
y de las propiedades del material, y por tanto de la temperatura. 

La aplicación de la integral A a un problema de Fractura se realiza por 
el contrario mediante su evaluación a lo largo de un contorno alejado del bor
de de la grieta r

1 
y de una integral sobre el área L. 

La segunda integral invariante se obtiene a partir de la siguiente expre
sión integral. 

I = f~ [a .. u. 1- (tpa
2
u. 1u. 1+ W)6 1 .]n.ds 

oV ~] ~' ~ 1 ~ 1 J J 
(16) 

donde W representa la energia de deformación que en un medio termoelástico li
neal obedece a la expresión 

W = t A. u . . u . . + t l.l (u . . u. . + u. . u . . ) - yTu 
~~~ J,J ~,J ~,J ~,J ],~ r,r 

(17) 

Aplicando a la expresión (16} el teorema de Gauss generalizado, y reduc~~ 
do el análisis a problemas bidimensionales, análogamente a lo realizado con la 
integral A, puede obtenerse la igualdad 

B= fr [<t pa
2
u. 1u. 1+W} dy - T. u. 1dl] 

2 ~, ~, ~ ~, 

fr1[<t .2 ) dy - T. u. 1 dl] pau. 1u.
1

+W + 
~. ~, ~ ~, 

2 2 
Clu. d u. a u. 

[! dA 
fE{ 

~ 
2a. 

~ ~ 
+ p(--- - a. u. 1 - --u u. + 

at
2 ClxClt Clx ~, ClT i, 1 J 1 j 

+ u u ) y u - .Lr_ TU ]T } ds (18) 
ui,j ui,j i,j j,i- r,r Cl T r,r '1 

El análisis de singularidad de las magnitudes subintegrales a lo largo del 
contorno r

2 
pone de manifiesto que el valor de Bes independiente de dicho con-

torno r2 si se elige infinitamente próximo al borde de la grieta. 

Por otra parte, puede demostrarse que en el sistema de ejes locales la in
tegral B admite la expresión alternativa 

- 1 f ( p ü. ü. + a. . u. . ) dy + -. - r a .. n . ü. dl 
~ ~ ~J ~,J a 2 ~J J ~ 

(19) 

donde r
2 

en un contorno infinitamente próximo al borde de la grieta y o .. re
~J 
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presenta las tensiones elásticas en un medio isotermo. La expresión (19) coin
cide con la establecida por Freund /11/ para la velocidad de relajación de ener 
gfa dinámica, con lo que la integral B puede relacionarse directamente con el 
Factor de Intensidad de Tensión dinámico K en la forma 

I 

1 
B =--2]l (20) 

siendo 
(21) 

En la formulación de estas integrales para problemas térmicos, la relación 
constitutiva entre tensiones y temperatura, y la variación de las propiedades 
mecánicas en el medio a través de la temperatura, conducen a la aparición de 
nuevos térmicos de integrales de área. Asi, frente a la expresión clásica de la 
integral J de Rice, la consideración de efectos de inercia y cargas de origen 
térmico complica notablemente las expresiones invariantes A y B en forma de in
tegrales de área que deben evaluarse junto con las de linea. 

Como contrapartida, el cálculo de tensiones y desplazamientos puede efec
tuarse mediante un código de elementos finitos standard, con la implementación 
de la técnica de la relajación nodal. 

4.- RESULTADOS 

Las técnicas descritas se han aplicado a problemas de Fractura térmica, 
obtendiéndose una buena correlación entre ellas y con resultados recogidos en 
la bibliografia. 

En el primer ejemplo (Figura 3) se simula la propagación cuasiestática de 
una grieta de longitud inicial aiw = 0.25 en un panel rectangular con la geo
metria de la figura, y sometido a una distribución lineal de temperaturas. Se 
ha utilizado el elemento finito especial con dos técnicas de simulación del 
crecimiento de grieta: Desplazamiento de mallado (curva 1) y desplazamiento 
del nudo intermedio (curva 2), asi como la integral B reducida al caso estáti 
co (curva 3). 

Este mismo problema ha sido analizado por Wilson y Yu /1/ mediante su in
tegral J modificada, obteniendo para a/w = 0.5 valores de K* que oscilan entre 
0.4978 y 0.5114 para los distintos contornos de integración~ 

En el segundo ejemplo, se considera el mismo panel y con la misma distri
bución de temperaturas, y se postula una grieta de longitud inicial a /w=0.25 
que se propaga a velocidad constante a = 0.2 C (T=O). En la figura 4°se re
presentan los resultados obtenidos con las tre~ técnicas descritas, que mues
tran una buena correlación. 
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APLICACION DE LA INTEGRAL INVARIANTE 8 AL ESTUDIO DE 
PROPAGACION DINAMICA DE GRIETAS 

J.M. MARTINEZ ESNAOLA, J.M. BASTERO DE ELEIZALDE 

CEIT (Centro de Estudios e Investigaciones Técnicas de Guipúzcoa) 

B9 de Ibaeta, s/n. 20009 - SAN SEBASTIAN -

En esta aomuniaaci6n, se presenta un nuevo método para la resoluci6n del 
problema de propagaci6n de una grieta en un medio elástico lineal e is6tropo. 
En este estudio de propagaci6n, el análisis de Fractura se realiza mediante 
una integral invariante (integral A) definida mediante un campo auxiliar de 
desplazamientos, y el crecimiento de la grieta se simula mediante la técnica 
de relajaoi6n nodal. 

In this paper, a new method of solving the problem of fast propagation 
of a crack in a linear elastic isotropic medium is shown. A path-independent 
integral (integral A), which was defined using an auxiliary displacement field, 
and nodal release to simulate the crack growth are used in this propagation 
study. 
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1.- INTRODUCCION 

La caracterización completa del comportamiento de un material a Fractu
ra dinámica es un objetivo complejo que requiere una importante interacción 
entre los trabajos metalúrgicos y mecánicos. La dificultad en la medida expe
rimental de velocidades de propagación del orden de 10

3 
m/s y la complejidad 

de la teoria matemática de la Fractura dinámica son bien conocidas /1-2/. 

Estos hechos han conducido a que el análisis de los materiales en su coro 
portamiento frente a Fractura dinámica se aborde a través de dos estudios com
plementarios, denominados de generación y de propagación. 

En el estudio de ge?eración se supone conocida la evolución temporal del 
crecimiento de la grieta L a=a(t) }, y por tanto su velocidad de propagación 
en cada instante [ ~=~(t) ] y el objetivo es la determinación del Factor de I~ 
tensidad de Tensión instantáneo para un sistema de cargas dado /3-6/. 

Como puede entenderse fácilmente, este estudio no permite por si solo el 
análisis completo de un problema de Fractura dinámica. En efecto, el problema 
más general que cabe plantearse frente al fenómeno de propagación inestable de 
una grieta, concierne a la determinación de la velocidad instantánea de creci
miento y de la longitud final -en caso de detención-, cuando se conocen la ge~ 
metria de la estructura, las caracteristicas del material, y las cargas mecán! 
cas presentes, y se postula la existencia de una grieta inicial de tamaño da
do. 

El problema planteado en estos términos es indudablemente de gran inte
rés desde el punto de vista ingenieril, y se engloba en el ámbito de lo que en 
la bibliografia se denomina estudio de propagación. En esencia, se trata de 
predecir el comportamiento de una grieta en el seno de una estructura sometida 
a un sistema de cargas y condiciones de contorno conocidas. 

A lo largo de este trabajo se va a presentar un estudio de propagación 
basado en el empleo de una integral invariante, la integral A /7-8/, definida 
con el concurso de un campo auxiliar de desplazamientos. Para evaluar la apli
cabilidad de este estudio, se resuelve un caso práctico y se comparan los re
sultados con los obtenidos previamente por otros investigadores. 

2.- ESTUDIOS DE PROPAGACION 

Como se ha dicho en el apartado precedente, los estudios de propagación 
tienen por objeto determinar en una estructura y sistema de cargas dados: a) 
si una grieta preexistente (de longitud conocida) se propaga o no; b) en caso 
de propagarse, la velocidad instantánea de crecimiento; e) y en consecuencia, 
si la grieta se detiene y a qué profundidad. 

En este ámbito, la caracterizaci9n del material en su comportamiento fre~ 
te al fenómeno de propagación de grietas juega un papel primordial, y ha sido 
objeto de estudio por parte de numerosos investigadores, llegándose a definir 
un parámetro denominado tenacidad a Fractura dinámica, K

1
D. 

Existe hoy dia una viva controversia acerca de la unicidad-y aún existe~ 
cia- de ese parámetro /9-10/. Dejando al margen esa problemática, que se aparta 
claramente del propósito de estas lineas, aceptaremos que existe, que está uní
vocamente relacionado con la velocidad de propagación y que se expresa como: 

(1) 
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Con esta hipótesis seguimos el sentir más general y extendido entre los 
especialistas /9-10/. Sin embargo la validez del método que se va a desarro
llar es general y bastaria modificar ligéramente las ecuaciones, que se escr! 
birán a continuación, para adecuarlas al caso de que la tenacidad a Fractura 
dinámica fuese también función, por ejemplo, de la aceleración de propagación 
de la grieta. 

El criterio de Fractura puede expresarse de la forma siguiente: 

(2) 

y esta ecuación debe interpretarse también como una auténtica ecuación del mo
vimiento, de manera que en cada instante de tiempo t, la grieta se propaga a 
la velocidad á que satisface esa ecuación. 

A la vista de la ecuación (2) resulta evidente el carácter no lineal del 
problema planteado: para calcular la velocidad instantánea de propagación es 
necesario conocer el valor del Factor de Intensidad de Tensión cuya determina
nión requiere a su vez el conocimiento del movimiento de la grieta. 

Para resolver este problema, se procede de un modo iterativo e incremen
tal.En efecto, supongamos que en el insta~te t

1 
se conoce la velocidad a

1 
y 

por consiguiente el Factor de Intensidad de Tensión que satisfacen la ecuación 
anterior, es decir, se verifica: 

o 

En el instante t2=t 1 +~t la velocidad será: 

y el Factor de Intensidad de Tensión: 

sien~o R un residuo. 

~t + R = Kp + R 
I 

( 3) 

(4) 

(5) 

Esta predicción del Factor de Intensidad de Tensión, KP, puede utilizar
se para calcular el valor de la velocidad á

2 
en el instante I t

2 
de manera que 

se satisfaga la relación: 

De este modo, 
puede calcularse el 
cuencia, evaluar el 

o (6) 

conocida la velocidad de propagación á
2 

en el instante t
2 Factor de Intensidad de Tensión K (t

2
, a

2
), y, en conse-

t 'd 1 ' 'ó I error come ~ o en a aprox~mac~ n. 

(7) 

que será evidentemente función del residuo R de la ecuación (5). 
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3.- EMPLEO DE LA INTEGRAL A 

La sistemática precedente se ha concretado con el uso de la integral A 
para determinar el valor de 3KI/ót. En efecto, reparemos que la integral A
vid figura 1-. 

- - 2 au. au. 
A=C(a) K (t)= J,... [CT.u.-Tiu.)dl- pa ( "'xl. u.- -..,-x...;,l._ u.)dy ]+ I \1 l. l. l. o l. o l. 

2 a u. 
+ 2á ___ l.:;_ 

axat 
au. 

+ a .. __ l._) d 
dX Ui S (8) 

suministra el valor del Factor de Intensidad de Tensión K (t). Una derivación 
temporal y la hipótesis de velocidad de propagación de laigrieta constante con 
ducen a la expresión de óKI/at. -

í3KI(t) 
A=c<a> at 

2 
• 2 

d u . l. 
- Pa ( axat 

a 
-Jp U, 

at E l. 

au. 
l. 

u.-
l. ax 

2 
a u. 

l. 

at 
2 

au. 
dy J l. ) -

at 

2 
au. a u. 

- 2á 
l. l. (9) 

axat - a ax 
) ds 

A pesar de la notable complejidad de las expresiones integrales presentes 
en las ecuaciones (8) y (9), hay que tener presente que, como contrapartida, se 
emplean los campos de tensiones y desplazamientos en la lejanía de la grieta. 
En consecuencia, el análisis por elementos finitos puede efectuarse mediante 
un código de elementos standard, y el crecimiento de la grieta puede simularse 
de forma aproximada a través de la relajación nodal. 

4.- RESULTADOS 

Como muestra de los resultados obtenidos con la implementación de esta 
técnica, se presenta aquí la simulación numérica de un ensayo de laboratorio rea 
lizado por Kalthoff y sus colaboradores sobre una probeta RDCB de Araldita. 

En la figura 2 se muestran la geometría de la probeta con la discretiza
ción utilizada y las propiedades físicas del material. La figura 3 representa 
la tenacidad dinámica determinada experimentalmente por Kalthoff /11/ y que ha 
sido empleada en la simulación. 

En la figura 4 aparecen: 

- A trazo continuo, la predicción de Factor de Intensidad de Tensión. 

- A puntos, la evolución de la grieta. 

- A trazo de punto y raya, la predicción de la velocidad de propagación hasta la 
detención. 
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Los resultados obtenidos muestran una excelente correlación con los reco 
gidos en la bibliografía. A efectos comparativos, se muestran también los resul 
tados obtenidos por Nishioka y Atluri /6/ mediante una técnica de predicción di 
ferente. 

5.- CONCLUSIONES 

Los resultados expuestos muestran una estimable concordancia con los ob
tenidos numericamente por Nishioka y Atluri /6/ con la gran ventaja de que el 
tiempo de computador se reduce sensiblemente. 

Aunque no se da ningún dato al respecto en el articulo citado, se ha pod~ 
do comprobar, en los estudios de generación, que el empleo de la integral inva 
riante A y la técnica de relajación nodal suponen una reducción importante del 
tiempo de computación (del orden del 60%) frente a formulaciones que utilizan 
elementos especiales. 

En el caso concreto que nos atañe, el tiempo de CPU en un computador Digi 
tal VAX 11/780 con 4 Mb de memoria y procesador de como flotante ha sido de 40-
minutos. 
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METODO DE CALCULO NUMERICO; APLICADO A LA FRACTURA DEL HORMIGON 

RESUMEN 

Pablo Katurana y Manuel Elices 

Departamento de Física y Física de Materiales 
E. T. S. Ingenieros de Caminos, Canales y Puertos 
Universidad Politécnica de Madrid 

El objetivo de este trabajo ha sido implementar un modelo de fractura del hormigón para 
el cálculo por ordenador, partiendo del concepto de fisura con cohesión /4, 11/. 

El modelo se ha comprobado con los resultados experimentales de Petersson /7/, para los 
que se conocen los parámetros necesarios y se ha obtenido una buena concordancia. 

En este estudio se ha detectado una gran sensibilidad del modelo a la forma descendente 
de la curva a-e: en un ensayo de tracción simple de hormigón (que es un dato de entrada) 
y a la rigidez al esfuerzo cortante del hormigón fisurado. 

ABSTRACT 

The objective of this paper is to implementa computer program modelling the fracture 
behaviour of concrete according to the cohesive crack models /4, 11/. 

To check this model, numerical calculations have been compared with Petersson's 
experimental results /7/, because the needed parameters are well known. 

This work has shown that the model is very sensitive to the descending branch of a 
direct tensile test (an input data for calculations) and to shear stiffness of cracked 
concrete. 
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1.- INTRODUCCION 

El comportamiento a tracción y la fisuración del hormigón están íntimamente 
relacionados /4/, lo cual hace esperar que la Mecánica de Fractura empiece a 
incorporarse en las ecuaciones constitutivas del hormigón. 

El modelo que se ha utilizado considera que cuando en una región las tracciones 
alcanzan un valor ft (resistencia a tracción del hormigón), se produce una 
singularidad en una banda en la cual se localiza la deformación, que es la 
región de fractura, de manera que las microfisuras existentes en dicha zona 
darán paso posteriormente a la formación de la macrogrieta /9/. Así el material 
fuera de la zona de fractura se descarga y las microfisuras pueden deternerse e 
incluso cerrarse. 

De esta manera el modelo plantea dos ecuaciones distintas, una para el material 
"sano" y la otra para el material "deteriorado" que se encuentra en la zona de 
fractura. 

En esta comunicación se plantea en forma 
se encuentra ampliamente desarrollado en 
analizan los resultados obtenidos tras 
programa de Elementos Finitos. 

2.- DESCRIPCION DEL MODELO 

muy breve el modelo 
las .referencias /4/ 

haber implementado 

teórico (el modelo 
y /10/) y luego se 
el modelo en un 

En los modelos de zona cohesiva (figura 1) se supone que el hormigón es capaz de 
soportar tracciones entre la zona situada entre el fondo de la entalla y el 
punto donde la tensión alcanza el valor ft. A esta región se la llama zona 
cohesiva y se puede modelizar suponiendoque laanchura es infinitesimal /5, 6/ o 
igual a varias veces el tamaño del árido utilizado, (casi siempre se toma igual 
a 3) /2/. En los cálculos realizados se ha utilizado un modelo del segundo tipo, 
y el tamaño de los elementos finitos se ha supuesto igual a la anchura de la 
banda cohesiva. 

En la zona de fractura,tal como se ve en la figura 2, la deformación normal a la 
fisura se supone debida a dos contribuciones: 

a.- La deformación E~n del hormigón entre las microfisuras. 
b.- La deformación Enn que representa la apertura de las microfisuras. 

Así tendremos la siguiente relación, 

Donde Ef, que se suele representar por un vector de 3 componentes, puede 
relacionarse con los desplazamientos relativos de una fisura determinada tal 
como se ve en la figura 3. Tales desplazamientos que son conocidos en Mecánica 
de Fractura nos permitirán representar los desplazamientos unitarios de la 
siguiente forma, 
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(2) 

Análogramente las tensiones referidas al mismo sistema local serán: 

(3) 

Donde las deformaciones Ef se pueden relacionar con los desplazamientos 
unitarios ef, a través de una matriz de transformación adecuada N. Es decir: 

(4) 

De la misma manera, 

(S) 

Lo que permite disponer en forma separada de las relaciones tensión-deformación 
para el hormigón y la fisura. 

Si se supone que las tensiones en la interfase se relacionan de forma 
incremental con las deformaciones en la fisura, puede escribirse: 

(6) 

Donde Df, que es la matriz de interfase, puede reflejar efectos como el 
ablandamiento por deformaci6n, fluencia, etc. Si suponemos que no existe 
interacción en la transferencia de tensiones normales y cortantes a través de 
la fisura, se tiene: 

De o 

O Gc 

Donde, 

De = D~ < O, cuando la fisura se abre, y 
De = ng > O, cuando se cierra. 

2.1. Relación Tensión-Deformación en el Hormigón Sano 

(7) 

En este caso se ha considerado para la deformación Eh del hormigón un 
comportamiento elástico y lineal, con lo que, 

(8) 

2.2. Relación Tensión Deformación en el Hormigón Fisurado 

Combinando adecuadamente las ecuaciones (1), (4), (6) y (8), es posible obtener 
los incrementos de tensión y deformación total mediante la ecuación: 
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!::.cr = 

De manera que la fisuración pueda ser tratada 
plasticidad. Por otra parte, en la ecuación (9) se 
del hormigón fisurado es menor que la del hormigón 

2.3. Planteamiento General del Modelo 

(9) 

en forma muy similar a la 
ve claramente que la rigidez 
sano. 

Para aplicar la ecuación (9), además de los valores de N, es preciso conocer las 
rigideces del hormigón fisurado cuando se somete a esfuerzos normales y 
cortantes. Se supone que la rigidez normal del hormigón E y la rigidez normal 
de la fisura D~, actúan como muelles conectados en serie (figura 4), por lo que 
se puede formular la rigidez equivalente en tracción /10/: 

1 1 1 
+ = (lO) 

E De ET 

donde D~ se puede expresar en términos de E y ET: 

D~ = ( 11) 

Análogamente, la rigidez equivalente al esfuerzo cortante vendrá dada por: 

1 1 1 
+ = (12) 

G Gc (3G 

donde Gc se puede expresar en términos de (3 y G, 

(3 

Gc = G 
1- (3 

Este resultado se obtiene adoptando una aproximación muy simple, que consiste 
en suponer que la rigidez a esfuerzo constante del hormigón una vez fisurado se 
reduce por un factor (3 respecto al hormigón sano /11/. 

3.- PARAMETROS DE FRACTURA 

Si se desprecia la no linealidad en la 
deformación queda definida por el módulo 
tracción ft, la energía de fractura Gf, el 
la anchura de la banda donde se distribuyen 

rama ascendente, la curva tensión 
de elasticidad E, la resistencia a 
diagrama de ablandamiento /3, 9/, y 
uniformemente las fisuras h. 
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Los diagramas de ablandamiento que se han utilizado son los representados en la 
figura 5 y han sido ajustados de acuerdo a la banda de fisuración escogida /9/, 
de manera que: 

(14) 

4.- PREDICCION TEORICA Y CONTRASTACION CON LOS RESULTADOS EXPERIMENTALES 

La predicción teórica se realizó mediante un programa de elementos finitos en 
que la fisuración es tratada en forma muy similar a la plasticidad, tal como se 
señaló anteriormente. El análisis se efectuó mediante incrementos de 
desplazamientos en el centro de la viga, al igual que como se realizaron los 
ensayos. Para la solución numer1ca se utilizó el método iterativo 
Newton-Raphson, es decir calculando la matriz tangente en cada iteración lo 
cual aumenta el tiempo de cálculo en cada iteración pero permite reducir el 
número de iteraciones en cada ciclo, reduciéndose así el tiempo total de 
cálculo. 

En relación a la malla que se empleó, se puede señalar que se confeccionó con 
elementos cuadráticos de 8 nodos por elemento y se compararon los esquemas de 
integración de 9 y 4 puntos por elemento. 

Para contrastar el modelo descrito con los resultados experimentales de 
Petersson /7/, se tomaron como datos de partida las características mecánicas 
medias del hormigón, siendo éstas: 

E = 30000 MPa, V = 0,2, 

Por otra parte es interesante 
misma, utilizando como banda de 
veces el tamaño máximo del árido 

ft = 3,33 MPa, Gf = 124 N/m 

señalar que 
fisuración 
/1/, por lo 

la malla empleada fue 
un ancho aproximadamente 
que h se fijó en 20 mm. 

siempre la 
igual a 3 

También se compararon 2 formas de ablandamiento por deformación, una de forma 
lineal y otra bilineal (Fig. 5) /5, 7/. De esta manera teniendo las 
características mecánicas del hormigón y conociendo la forma de la rama de 
ablandamiento se ajustaron los parámetros restantes mediante las relaciones 
dadas (Fig. 5), de manera que la energía de fractura permaneciera constante al 
ajustarse Eu en función del tamaño del elemento escogido /2/. 

Finalmente se tomó un módulo de rigidez Gc (13), considerando que e puede 
variar entre O y l. Por desconocerse información al respecto, se tantearon 
valores de e = 0,300 y e = 0,001. 

De los resultados obtenidos se puede destacar en forma relevante la 
sensibilidad que presenta la predicción con respecto al valor de la Gf y a la 
forma del diagrama de ablandamiento /8, 11/ (Fig. 6 y 9) puesto que se puede 
observar que considerando los mismos parámetros iniciales el ajuste teórico es 
mucho más acertado si se considera el diagrama de ablandamiento bilineal. 

También se ve la necesidad de conocer el comportamiento del hormigón a esfuerzo 
cortante una vez fisurado ya que el valor e modifica bastante los resultados de 
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la predicción y en este caso se puede ver que el mejor ajuste se obtuvo con un 
valor de S muy bajo 0,001 (Fig. 6 y 8). 

Por último también conviene hacer notar, que el utilizar el esquema de 
integración numérica simple con 4 puntos por elemento es suficiente y que el 
incrementarlo a 9 no mejora sustancialmente los resultados obtenidos (figuras 6 
y 7). Por esta última razón los cálculos se siguieron haciendo con integración 
simple. 

5.- CONCLUSIONES 

El ajuste teórico requiere un cabal conocimiento del diagrama de ablandamiento 
del hormigón /8, 11/ lo cual queda de manifiesto en este trabajo y hace 
resaltar la gran importancia que tiene el poder efectuar ensayos estables a 
tracción directa, que son los únicos que nos pueden dar toda la información 
necesaria, para estudiar el comportamiento de hormigones solicitados con 
predominio del Modo I. 

Además, si se quiere seguir haciendo estudio~ teóricos de elementos solicitados 
en modo mixto es necesario conocer también el comportamiento del hormigón en 
Modo II. Para ello habría que efectuar ensayos estables que permitan obtener el 
parámetro s, cuya repercusión es grande, incluso en los casos en que predomine 
el modo I. En el ejemplo considerado se puede ver que el mejor ajuste es con un 
valor muy bajo de dicho coeficiente, de modo que la energía absorbida en 
fisuras por esfuerzo cortante, sea mínima, ya que sólo los puntos de Gauss que 
se encuentran en el centro de la viga están en modo I puro y los restantes que 
están inclinadas dan origen a deformaciones por esfuerzo cortante. 
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Fig. 2 - Deformación en la zona de fractura su 
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y abertura de fisura. 
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ABLANDAMIENTO LINEAL 
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b) MODELO DE BANDA COHESIVA 
ABLANDAMIENTO BILINEAL 

Fig. 5 - Diagramas de ablandamiento empleados. 

900 

BOO 
z 

<i 700 
<.!) 
cr: 
<i 
u 

600 

500 

400 

300 

01 

01 

ABLANDAMIENTO liNEAl 

-- RESULTADOS EXPERIMENTALES 

---- RESULTADOS TEORiCOS A PARTIR DE: 
0 nn 2Grh 

'•~ Eu:l¡h 
~Enn 

0.2 03 05 06 07 08 

DESPLAZAMIENTO (mm) 

ABLANDAMIENTO liNEAL 

-- RESULTADOS EXPERIMENTALES 

----RESULTADOS TEORJCOS A PARTlR DE: 
0

nn~ 2Grh 
ft Eu:l¡h 

u Enn 

0.2 Ol 0.4 05 0.6 

\ 

07 

' \ 
'•, 

0.8 

DESPLAZAMIENTO (mm) 

B ::0001 
NPG ::1. 
h=20mm 

8"0300 
N.P.G.::4 
h::.20mm 

z 

<i 
<.!) 
cr: 
<i 
u 

900 

800 

700 

600 

500 

400 

300 

200 

01 

01 

ABLANDAMIENTO LINEAL 

-- RESULTADOS EXPERIMENTALES 

----RESULTADOS TEORICOSA PARTIR DE 
0 nn LGr h 

't~ Eu:l¡h 
~Enn 

02 03 04 05 0.6 07 08 

DESPLAZAMIENTO (mm) 

ABLANDAMiENTO B!LINEAL 

-- RESULTADOS EXPERIMENTALES 

----RESULTADOS 

0.2 03 04 

A PARTIR DE; 

Eu=3.6-,Gr 
th 

05 06 0.7 08 

DESPLAZAMIENTO (mm) 

B = 0001 

N PG ::9 
h::20mm 

B::OCC1 
N.PG ::4 
h::20mm 
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APORTACIONES AL MODELADO DEL CRECIMIENTO DE GRIETAS 
BAJO CARGAS IRREGULARES 

F. Romano Velasco, S. Bresó Bolinches 

Departamento de Hecánica Aplicada e Ing. Térmica 
E. T. S. Ingenieros Industriales. Universidad de Valladolid 

Los modelos de crecimiento de grietas bajo cargas de amplitud variable no 
son aplicables generalmente para valores dados de los parámetros del modelo pa
ra el naterial considerado, sino que dependen de la secuencia de cargas aplica
da. Con el fin de evitar este problena, se analiza el comportamiento del mate
rial en las inmediaciones de la grieta, siguiendo cada elemento de material en 
las zonas en las que su comportamiento influye en la velocidad de crecimiento. 

En la zona anterior a la fractura (zona plástica) se define su historia de 
tensiones y deformaciones cíclicas y su relación con la resistencia del mate
rial a la fractura, y en la zona ya fracturada en la que sus deformaciones re
siduales determinan el factor de intensidad de tensiones efectivo que actúa en 
el extremo de la grieta. 
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1.- INTRODUCCION 

Los modelos mas conocidos para la predicción del crecimiento de grietas 
que tienen en cuenta los efectos transitorios producidos por la variacjón en la 
amplitud de la carga están basados en el estudio de la zona plástica desarro
llada delante del estremo de la grieta y en la influencia que dichas variacio
nes tienen en ella 

Sin embargo, para que los modelos anteriores sean aplicables es necesario 
ajustar los parámetros de los mismos para cada tipo de secuencia de cargas /1/. 
Mediante el análisis y modelado del comportamiento del material en las inmedia
ciones de la grieta y su seguimiento basado en el método de cálculo "ciclo a 
ciclo" se pretende tener en cuenta los efectos de secuencia y así eliminar la 
dependencia de los parámetros del modelo de la secuencia de cargas aplicada. 

El modelado del comportamiento del material está basado en el comporta
miento cíclico tensión-deformación del material que va ha ser fracturado y en 
el cálculo del factor de intensidad de tensiones efectivo en el extremo de la 
grieta que será necesario para calcular el citado comportamiento cíclico. 

2.- DISTRIBUCION DE DEFORMACIONES EN LA ZONA PLASTICA 

Debido a dificultades matemáticas en el tratamiento de los problemas elas
to-plásticos en grietas sometidas al modo I de carga, no ha sido posible esta
blecer una distribución teórica de deformaciones unitarias delante del extremo 
de la grieta. Sin embargo, esta problema ha sido resuelto por Rice para el mo
do III, incluyendo el endurecimiento por deformación, y su solución aplicada al 
caso de deformación plana para el modo I de carga /2/. Según esta solución, la 
distribución de deformaciones unitarias tiene la forma: Ervr-l/<l+n) 
donde r es la distancia al extremo de la grieta y n es el exponente de endure
cimiento por deformación. 

Experimentalmente, existen algunos trabajos para establecer esta distri
bución de deformaciones. Uno de ellos es debido a Davidson y Lankford /3/ en el 
que se establecen las relaciones entre distancia (r) y deformación (E), siendo 
ésta proporcional a r- 1 / 2 en la zona de deformación cíclica y proporcional a 
ln<r> en la zona monótona, habiendo realizado las medidas de deformación en la 
superficie de la probeta <tensión plana). 

La solución adoptada en este trabajo es intermedia, y en la que se ha im
puesto la condición de que la deformación unitaria para r igual al tamaño de la 
zona plástica sea la deformación de fluencia. Para evitar la singularidad teó
rica que aparece para r=O, se translada la curva una cantidad ak de forma que 
en ese punto la deformación sea proporcional a la de fractura a tracción del 
material. De esta forma, la distribución adoptada es: 

1/Cu+n> 

(1) 

donde u está en el intervalo 1 ~ <2-n). 
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Si el radio de la zona plástica se obtiene de r,., = cxCKx/o-y .. ) 2 y combi
nando esta expresión con Cl) tendremos la distribución para el nivel de carga 
definido por Kr. Las distribuciones así obtenidas se muestran en la figura l. 

3.- COMPORTAMIENTO CICLICO EN LA ZONA PLASTICA 

3.1.- Curva Tensión-Deformación cíclica y Regla de endurecimiento cinemática. 

Según Laird /4/ y otros autores, el comportamiento cíclico tensión-defor
mación en el extremo de la grieta puede obtenerse con una buena aproximación de 
la curva cíclica tensión-deformación del material, extrapolando a las altas de
formaciones esperadas en las cercanías del extremo de la grieta. Bajo esta pre
misa, tomaremos como dicha curva la dada por la expresión: 

para 
(2) 

para € ) ty• 

que implica menor complejidad puesto que conocemos las deformaciones (E). 

La existencia de efecto Bauschinger en el comportamiento cíclico indica la 
conveniencia de utilizar un criterio de endurecimiento cinemática. En la figura 
2 puede verse la representación de este criterio para el caso uniaxial. El cri
terio utilizado en este trabajo es el debido a Hroz /5/, en el cual si se in
vierte la carga tras haber llegado previamente a un punto B siguiendo la curva 
o-=f(E) dada por <2), la trayectoria seguida en la descarga es según: 

O'* = 2 f(E*/2) 

siendo o-*=o--o-e;. y E*=E-Ee;.. Análogamente al producirse las sucesivas cargas y 
descargas. 

3.2.- Comportamiento bajo ciclos de amplitud constante. 

(3) 

Dependiendo de la distancia (r) a la que se encuentre el elemento conside
rado, conoceremos su deformación en el ciclo en curso mediante la expresión (1) 
para Kr""""" en la carga y Krrnin en la descarga. Aplicando el criterio anterior 
podemos conocer el comportamiento cíclico del elemento considerado a medida que 
el extremo de la grieta se acerca hacia él, es decir, a medida que r disminuye. 

La evolución de un elemento dado dentro de la zona plástica se muestra en 
la figura 3, en la que se puede apreciar una zona de comportamiento lineal <zo
na monótona) y otra en la que existe plasticidad <zona cíclica) ambas para el 
descenso de la carga. La amplitud de la deformación plástica en cada ciclo au
menta al acercarse el elemento al extremo de la grieta, siendo este aumento a
preciable a partir de que entra en la zona cíclica como puede apreciarse en la 
figura 4. Esta variación en la amplitud de la deformación plástica ha sido ob
servada experimentalmente por algunos autores, como Hahn /6/. 

La distribución de tensiones, tanto para la carga como para la descarga 
<tensiones residuales), obtenida de esta forma se muestra en la figura 5. En 
ella se pueden apreciar las zonas definidas por Rice 191 (zona de transición y 
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cíclica), aunque sus magnitudes se acercan más a las medidas por Davidson y 
Lankford /3/. 

3.3.- Comportamiento ante sobrecargas. 

Cuando se produce una sobrecarga, la curva de deformaciones en la carga 
sube sólo para ese ciclo determinado, mientras para los sucesivos vuelve a ser 
la anterior. La curva de deformaciones en la descarga sube para los ciclos pos
teriores a la sobrecarga debido a que Kxmin aumenta por el incremento de las 
deformaciones dejadas en los labios de la grieta <"Crack Clausure"). El efecto 
combinado de las anteriores variaciones hace que el comportamiento cíclico sea 
el mostrado en la figura 6, y en la que se aprecia una disminución en la am
plitud de la deformación plástica en los ciclos posteriores a la sobrecarga. 

En las figuras 7 y 8 se muestra la disminución mencionada anteriormente, 
en la que se aprecia la variación de dicha disminución en función de la dis
tancia (d) a la que se encuentre el elemento de material considerado del ex
tremo de la grieta, en el momento en que se aplica la sobrecarga. 

La disminución en las amplitudes de deformación plástica implica que el 
deterioro de dichos elementos sea menor y por tanto necesiten mayor número de 
ciclos para su fractura, lo que está directamente relacionado con el fenómeno 
de retardo producido por la acción de las sobrecargas. 

4.- DEFORMACIONES PERMANENTES EN LA ZONA PLASTICA 

Según la teoría de Elber 171, permanecen deformaciones residuales de trac
ción en los labios de una grieta de fatiga justo detrás del frente de la miema. 
Estas deformaciones son aproximadamente las mismas que las deformaciones plás
ticas creadas delante del extremo de la grieta. La deformación residual puede 
ser calculada mediante la ecuación o,..=op=[E•dy donde la integral se 
extiende a lo largo de la zona plástica en dirección perpendicular <Y) al eje 
longitudinal de la grieta <XJ. 

Las deformaciones plásticas creadas a lo largo de la zona plástica pued8n 
obtenerse, por tanto, integrando la distribución de deformaciones unitarias a 
lo largo del eje Y en cada punto del eje X. 

La forma de la zona plástica tiene, aproximadamente y según algunos auto
res /3,6/, la forma de la línea continua en la figura 9. En este trabajo y con 
el fin de simplificar los cálculos mencionados anteriormente, se le supone for
ma elíptica, siendo los radios de la elipse respecto de la forma de la zona 
plástica los mostrados en la figura 9 <linea discontinua) para tener en cuenta 
la longitud, en dirección de la grieta, en la que existen deformaciones plás
ticas. 

Puesto que las lineas de deformación constante son aproximadamente para
lelas /3/, supondremos que la distribución de deformaciones unitarias se con
serva en cualquier dirección radial desde el extremo de la grieta. La distri
bución de deformaciones así supuesta se muestra en la figura 10, en la que se 
ha dibujado la función que, para cada distancia rt del extremo de la grieta, 
habrá que integrar para encontrar la deformación (óp) en ese punto. 

1 06 



Las deformaciones plásticas producidas en la zona cíclica, debidas al des
censo de la carga, disminuirán la deformación anterior en dicha zona. Su cálcu
lo se hará de la misma forma que en la carga. Las deformaciones así obtenidas 
se mustran en la figura 11 <linea de puntos). 

Excepto para ri=O, las integrales anteriores han de obtenerse numer~camen
te, sin enbargo, para simplificar los cálculos posteriores será necesario cono
cer las deformaciones residuales como función de r1, que se hace ajustandola 
mediante una función parabólica de la forma: s .. = ( e, + c2-ri) l/e 

fuera de la zona cíclica y permaneciendo constante dentro de ella como muestra 
la figura 11 <linea continua). 

5.- FACTOR DE INTENSIDAD DE TENSIONES EN LA DESCARGA 

El factor de intensidad de tensiones en el extremo de la grieta en el mo
mento que actúa la carga mínima <descarga) no es el definido sólamente por di
cha carga, sino también por las tensiones de contacto entre ambos labios de la 
grieta, puesto que se ponen en contacto antes que la carga exterior sea nula 
debido a la existencia de deformaciones residuales de traccción en los labios 
de la grieta. 

El material de los labios de la grieta no sufre deformación plástica pos
terior y por tanto las tensiones de contacto se mantendrán dentro del límite 
elástico. Esto quire decir que dichas tensiones serán proporcionales a la in
terferencia teórica entre ambos labios de la grieta y que, en cada punto, ven
drá dada por la diferencia entre la deformación residual y el desplazamiento, 
en dirección perpendicular a la grieta, del labio teórico (sin deformaciones) 
para la carga mínima. 

El desplazamiento del labio teórico <ót.) en la carga máxima se calcula su
perponiendo al desplazamiento elástico <o.c), calculado mediante la solución de 
Westergaard /8/ suponiendo que la grieta incluye la zona plástica, el desplaza
miento debido a las tensiones de fluencia en la zona plástica <6xc)/9~ 
Para la descarga el cálculo es análogo peroteniendo en cuenta la zona cíclica 

El desplazamiento del labio teórico en la carga mínima se encuentra 
restando los desplazamientos en la descarga a los producidos en la carga máxima 
(fig.l2). 

La deformación residual <ór) será la máxima en cada punto. Mientras los 
ciclos de carga sean constantes irá aumentando proporcionalmente a la longitud 
de grieta. Cuando se produce una sobrecarga, las deformaciones residuales au
mentan de forma que las deformaciones residuales toman la forma de la fig. lB. 

Conocida la interferencia y por tanto las tensiones de contacto en los la
bios de la grieta podemos calcular el factor de intensidad de tensiones creado 
por ellas /10/. Las tensiones de contacto que mas influyen en dicho factor de 
tensiones son las mas próximas al extremo de la grieta, de forma que los cálcu
los habrá que extenderlos sólo en una longitud próxima al extremo de la grieta. 
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6. -CONCLUSION 

Se ha presentado un análisis cualitativo y cuantitativo del comportamiento 
del material en las inmediaciones de una grieta de fatiga que posibilita su 
utilización para el modelado de dicho crecimiento. Este análisis está dirigido 
al caso de cargas de amplitud variable ya que se han estudiado la variaciones 
que éstasa producen en los factores que determinan la velocidad de crecimiento, 
como son el factor de intensidad de tensiones efectivo y la historia de defor
maciones cíclicas del material que va a ser fracturado. 
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Fig.l - Distribuciones de deformaciones 
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miento cinemática. 
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Fig.3 - Comportamiento cíclico sin 
sobrecargas. 
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Fig.5 - Distribución de tensiones 
en la zona plastica. 
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Fig.4 - Amplitud de deformación 
cíclica en función de 
la distancia al extremo 
de la grieta. 

fig.6 - Comportamiento cíclico ante 
una sobrecarga. 
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Figs.7 y 8- Disminuci6n de la amplitud de deformaci6n plástica en los 
ciclos posteriores a la sobrecarga para dos elemento situa 
dos a distintas distancias (d). 
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Fig.9 - Aproximación de la forma de 
la zona plástica. 
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Fig.lO - Distribuci6n de deformacio 
nes en el plano X-Y. 
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Fig.ll - Deformaciones plásticas en 
la zona plástica y su 
ajuste. 

fig.l3 - Deformaciones residuales en 
los labios de la grieta. 
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Fig.l2 - Desplazamientos del labio de la grieta en la carga, 
descarga y para la carga mínima (~t). 
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FATIGA OLIGOCICLICA DE POLICRISTALES DE HIERRO 

Marcos J. Anglada Gomila 

Dpto. de Metalurgia, Escuela Técnica Superior de Ingenieros Indus
triales. Universidad Politécnica de Cataluña. 

Se ha estudiado el comportamiento bajo fatiga oligociclica del 
hierro policristdino con un contenido total de intersticiales de 
alrededor de 350 p.p.m. en masa en el intervalo de temperaturas 
comprendido entre 21 y 180QC. A temperaturas superiores a 90QC 
aparece un notable endurecimiento cicZico, eZ cual es atribuido a 
Za existencia de envejecimiento dinámico. Se ha determinado que 
una pre-deformaci6n cicZica a 180QC aumenta Za resistencia a Za 
fatiga a temperatura ambiente. A partir de observaciones de Za su
perficie de Zas probetas se ha puesto de relieve que a temperatura 
ambiente y a amplitudes de deformación grandes, se forma un relie
ve pronunciado en Za superficie, el cual es atribuido a Za asimetria 
deZ deslizamiento, lo cual favorece Za nucZeaci6n intergranuZar de 
Zas grietas. 

It has been studied the behaviour in Zow cycZe fatigue of 
poZycrystaZZine iron with a total interstitiaZ content of about 
350 p.p.m. by mass, in the range of temperature between 21 and 
180QC, Above 90QC, there is a strong cycZic hardening which is 
associated to the presence of dynamic strain ageing. It is shown 
that, if the sampZes are cycZicaZZy predeformed at 180QC, there 
is an increase in the fatigue Zife at room temperature. From 
observations of the surface of the sampZes it is found that 
cycZic deformation at high strain amplitudes at room temperature 
produces a surface rumpZing which is associated to the asymetric 
gZide and this promotes the nucZeation of the cracks at the grain 
boundaries. 
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1 .- INTRODUCCION 

En las aleaciones férreas con cantidades muy pequeñas de átomos 
intersticiales, frecuentemente se observa que éstos afectan de 
forma notable las propiedades mecánicas /1/. Por ejemplo, en el 
ensayo de tracción a temperaturas superiores a temperatura am
biente, generalmente aparece el fenómeno de envejecimiento diná
mico, el cual produce un aumento en la resistencia a la tracción 
y una disminución en la ductilidad /2/. En cuanto a la deformación 
cíclica de las aleaciones el envejecimiento estático por deforma
ción /3/ es responsable del aumento en la resistencia a la fatiga 
que suele encontrarse cuando la aleación es sometida a •períodos 
de reposo" durante la fatiga. Recientemente, G~iu y Pickard /4/ 
han estudiado en detalle este fenómeno en el hierro policristalino 
y han puesto de relieve que si después de una pre-deformación 
cíclica, las probetas son envejecidas a 6oQC, se produce un aumen
to considerable en la resistencia a la fatiga a temperatura am
biente, el cual ha sido asociado a la precipitación de carburos y 
nitruros metaestables de hierro. 

En el presente trabajo se ha estudiado la influencia de la tempera
tura en el endurecimiento por deformación cíclica y se ha determinado 
que una predeformación cíclica a una temperatura de 180QC, también 
produce un aumento notable en la resistencia a la fatiga a tempe
ratura ambiente. También se han realizado observaciones de la su
perficie de las probetas mediante microscopía electrónica de barrido 
con el fin de determinar el lugar de nucleación de las grietas de 
fatiga a distintas temperaturas. 

2.- PROCEDIMIENTO EXPERIMENTAL 

El hierro puro policristalino fue suministrado por la firma Johnson 
Matthey y su composición en elementos substitucionales se describe 
en la tabla l. En las probetas utilizadas no han sido analizados 
los elementos intersticiales, pero el resultado de diversos análisis 
realizados en este tipo de material dan valores comprendidos entre 
300 y 400 p.p.m. en masa. Las probetas se obtuvieron a partir de 
barras cilíndricas de 5 mm. de diámetro y se mecanizaron con una 
longitud de prueba de 5 mm. de longitud y un diámetro de 3.2 mm. 
Después fueron tratadas térmicamente en un vacío ligeramente supe
rior a lo-5 torr a 950QC dura~e una hora y posteriormente fueron 
mantenidas a 700QC durante tres horas. El tamaño de grano produci
do mediante este tratamiento fue de 65 ~m . Finalmente, las probe
tas fueron electropulidas en una solución de 90% de ácido acético 
y 10% de ácido perclórico a 15QC hasta reducir su diámetro a 3.00mm. 

Los ensayos de fatiga se llevaron a cabo en una máquina servohidráu
lica de fatiga en tracción-compresión, controlando la amplitud de 
la deformación total, ET; y utilizando una onda de forma triangular 
Para cada amplitud de deformación total, se ajustó la frecuencia de 
manera que la velocidad de deformación total, ET, permaneciera cons
tante. Los ensayos realizados a temperaturas superiores a tempera
tura ambiente se realizaron en aire colocando dos resistencias cir
-éulares alrededor de las mordazas. Para medir la deformación se uti-
lizó un transductor capacitativo, excepto en los ensayos a 5 Hz. En 
este caso se utilizó un extensómetro y los ciclos de histéresis se 
se registraron mediante un osciloscopio con m~moria. 
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3.- RESULTADOS 

Las curvas de endurecimiento (o ablandamiento) del material se mues
tran en la Fig. 1 para distintas amplitudes de deformación y tempe
raturas. Las probetas deformadas a temperaturas superiores a tempera
tura ambiente presentaron un endurecimiento inicial muy rápido 
(dO/dN~ 20 MPa/ciclo a ~=80x1o-3 y N=5, donde a es el esfuerzo 
máximo por ciclo y N el número de ciclos). Al mismo tiempo, se obser
vó una fuerte reducción en la amplitud de deformación plástica tal 
como se ilustra en la Fig. 2, donde puede notarse que a 180QC y 

ST= 4.4x1o-3, s se reduce desde 1.7 x lo- 3 en el primer ciclo 
hasta 4 x lo-5 enpel estadio de saturación. 

Una vez alcanzada la saturación se realizaron algunos cambios en la 
velocidad de deformación y se midió el cambio correspondiente en el 
valor del esfuerzo máximo (Fig.3). Estos ensayos pusieron de mani
fiesto que a temperaturas superiores a 90QC, la sensiblidad del es
fuerzo a la velocidad de deformación, A(A =d 0/dln s ) es negativa, 
mientras que a temperatura ambiente es positiva. 

También se estudió la influencia de la reducción en la amplitud de 
deformación plástica durante la deformación cíclica a 180QC sobre 
la resistencia a la fatiga a temperatura ambiente a una frecuencia 
de 5 Hz. La variación del valor máximo del esfuerzo cíclico con el 
logaritmo del número de ciclos se presenta en la Fig. 4. Nótese 
que la resistencia a la fatiga de las probetas predeformadas cícli
camente a 180QC es superior a la correspondiente a la probeta defor
mada directamente a temperatura ambiente, a pesar de que en el pri
mer caso el esfuerzo maximo sobre la probeta fue siempre superior. 
Por tanto, cabe esperar que si en lugar de controlar la deformación 
total se hubiera controlado la carga este efecto habría sido más 
pronunciado. 

El examen de la superficie de las probetas, mediante microscopia 
óptica, y microscopia electrónica de barrido, puso de relieve la 
existencia de un acusado relieve en las probetas deformadas a ampli
tudes de deformación total grande y a temperatura ambiente. El re
lieve es producido por el cambio de forma de los granos superfi
ciales (Fig.5). La nucleación de las grietas se produce preferente
mente de forma intergranular (Figs. 6,7 y 8). En las probetas defor
madas a 180QC, se produce un relieve mucho menos acusado que en las 
probetas deformadas a temperatura ambiente. La nucleación de las 
grietas ocurre tanto en las bandas de deslizamiento (Fig.9) como en 
los limites de grano (Fig. lO). 

4.- DISCUSION 

El pronunciado endurecimiento observado a temperaturas altas está 
ligado a la existencia de envejecimiento dinámico. La aparición 
de este fenómeno a temperaturas superiores a temperatura ambiente 
se pone de relieve por el hecho de que la sensibilidad del esfuerzo 
a la velocidad de deformación es negativa y por la existencia en 
los ciclos de histéresis de pequeñas caidas y subidas del esfuerzo 
superpuestas sobre el valor del esfuerzo medio. Tal como ha sido 
demostrado recientemente por Kocks /5/, el factor determinante para 
dilucidar si existe envejecimiento dinámico, es que A sea negativa, 
y esto ocurre en el caso presente para T > 9oQC. Por otra parte, es 
bien conocido que cuando hay envejecimiento dinámico durante el en-
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sayo de tracción, también se produce un aumento en el endurecimiento 
el cual ha sido asociado a un aumento enla densidad total de disloca
ciones. Recientemente, Guiu y Pickard /4/ también han observado un 
fuerte aumento en el esfuerzo de saturación a temperatura ambiente, 
en el hierro policristalino cuando el ensayo de fatiga es interrum
pido y la probeta es envejecida. Una vez se continua el ensayo, se 
produce un endurecimiento cíclico adicional alcanzándose un a~mento 
en el esfuerzo de saturación, el cual fue asociado a un aumento en la 
densidad de dislocaciones provocada por la precipitación de partí
culas de Fe 16N2 . En el caso presente también se han observado por 
TEM unas partículas cuya morfología es muy similar a la de estos ni
truros. 

El aumento en la vida de las probetas predeformadas cíclicamente 
a 180QC se debe a la fuerte reducción en la amplitud de deformación 
plástica, E , producida por el notable endurecimiento a 180QC. La 
ecuación de ianson-Coffin de la fatiga oligocíclica indica que: 

E Ef (2Nf)n (1) 
Donde E y n son el coeffciente y el exponente de ductilidad, res
pectiva~nte, y Nf es el número de ciQos para la rotura. Por tanto, 
a pesar de que en las probetas pre-deformadas cíclicamente a 180QC, 
el esfuerzo cíclico es superior al de las probetas sin deformación 
cíclica previa, la amplitud plástica es menor y por tanto, tienen 
una vida más larga.Sin embargo, Nf no aumenta tanto como cabría es
perar a partir de la ecuación /1/ probablemente debido a que las 
constantes Ef y n del material predeformado cíclicamente a 180QC 
son ligeramente distintas de las correspondientes al material virgen. 
De hecho ha sido demostrado /4/ que un envejecimiento estatico du
rante el ensayo de fatiga reduce ligeramente el valor de Ef y el 
valor absoluto de n. 

El fuerte cambio de forma de los granps superficiales a amplitudes 
de deformación total grandes ( ET >5 x 10-3) puede atribuirse a la 
asimetría del deslizawiento, el cual es un fenómeno característico 
de la deformación de los metales con estructura cristalina cúbica 
centrada en el cuerpo a temperaturas inferiores a T

0 
/1/. Básica

mente, consiste en que el plano de deslizawiento en tracción no es 
el mismo que en compresión. Esto tiene consecuencias espectaculares 
durante la deformación cíclica a tracción-compresión, puesto que 
los monocristales con estructura ce cambian su forma, de manera que 
la sección circular en las probetas se transforma en elíptica /6-7/. 
Tal como ha sido puesto de relieve por Mughrabi /7/, en el caso de 
la fatiga oligocíclica de policristales, la deformación incompatible 
de los granos superficiales contiguos genera fuertes tensiones en 
los bordes de grano /8/ de manera que la nucleación intergranular 
de las grietas está favorecida. A temperaturas superiores a T

0
, la 

asimetría del deslizamiento disminuye considerablemente /6/ y por 
consiguiente disminuyen los cambios de forma, de manera que la nu
cleación intergranular de las grietas no está favorecida por la 
asimetría del deslizamiento. Esto explica el hecho observado de 
que la nucleación intergranular ocurre con menor frecuencia. A tem
peraturas superiores a T 0 , el lugar de nucleación se desplaza hacia 
las bandas de deslizamiento, tal como ocurre en los metales f.c.c. 
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Fig. 1. Curvas de endurecimiento 
de las probetas deformadas a 

E T= 2.7x1o-3 s-1 
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Fig. 2. Variación de E p con el número de ciclos 
a las amplitudes de deformación total y tempera
turas indicadas. 

O" 1 M Pa 
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Fig. 3. Variación del esfuerzo máximo con ei 
número de ciclos para distintas probetas: 1) sin 
predefornación; 2) predeformada a 180QC y E:T= 4,4xlo-3 
3) predeformada a 180QC y ET= Bxlo- 3 . 
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Fig. 4. Influencia de la velocidad de deformación 
sobre el esfuerzo cíclico en probetas deformadas a 
90QC. (Curva superior) y a 21QC (Curva inferior) 

Fig. 5. Relieve de la superficie 
de las probetas. T=21QC, ET=1.4x1o- 2 

Fig. 6. Aspecto de la superficie 
de una probeta fatigada a 
ET=7x1o- 3 , ET=2.8x1o- 3 s-1 \!= 5 Hz. 

y T= 21QC. 
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Fig. 7. Grieta intergranular for
mada en una probeta fatigada bajo 
las mismas condiciones que la de 
la Fig. anterior. 

Fig. 9. Grieta 
da a T= 180QC, 

= 3.3x10 3 

trarus granular foril1a
s =7.ox1o-3 y 

s-I 

Fig. 8. Gr~jta intergranular 
ST= 6.0x10 , ~ = 5 Hz. 

Fig. 10. Grieta intergranular 
generada a T=180QC, ET=7.0x1o-3 

E = 3 3 X 1 0 - 3 S- 1 
T . 

TABLA 1. Composición del hierro estudiado (en p.p.m. en masa) 

Elemento Al As Ca 

Concentración 1 1 5 1 1 1 3 1 1 

Elemento S Sb Se Si Ti Mn Sn Te 

Concentración 2 1 1 2 1 3 1 1 
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COMPORTAMIENTO A IMPACTO Y MORFOLOGIA DE LA ROTURA EN ALEACION 7075 

José María Bad~a Pérez 

Departamento de Metalotecnia. Escuela Técnica Superior de Ingenie
ros Aeronáuticos. Madrid. 

Sobre probetas obtenidas a partir de plarwha de la aleación 70?5 con tratarrrien -
tos T7351 y W se han reali?.ado ensayos de resiliencia en péndulo Charpy según las 
tres d1:recciones de la placa. 

En estado T73 se ha observado un comportamiento frágil en las direcciones trans
versal-larga y transversal-aorta. Los ensayos en estado W presentaron una ohsor
ción de ener>gia mucho mauor. 

Estudiadas las superficies de fractura en el. microscopio electrónico de barrido, 
se comprobó que las roturas en dirección TC se produc-ían por descohesión de Zas 
fases intermetálico~ (situadas en cara de grano) respecto de la matriz y forma -
ción de tabiques verticales de unión entre las zonas descohesionadas. 

Por el contrario~ en las fracturas según la dir>ección longitudinal aparecieron -
roturas intergranulares a lo l~rgo de las zonas libres de precipitados generadas 
tras el tratamiento T73. Esas zonas intergranulares no aparecieron en las mues -
tras ensayadas en estado W 
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1.- INTRODUCCION 

Durante el tratamiento térmico de las aleaciones de aluminio bonificables 
~e origina junto a los límites de grano una zona libre de precipitados que repre 
senta de hecho una discontinuidad en cu~nto a las posibilidades de deformación -
se refiere. En ciertos casos se han citado a estas zonas como responsables de 
una tendencia a la rotura lntercristalina que ñ.parece en aleaciones bonificables. 

Se pretende comprobar si aparece esta tP.ndencia en roturas a impacto de la 
aleación L-3710 (7075) con tratamiento T 7351, así co~o la inflnencia de la mor 
fología granular sobre el caracter de la fr~ctura. 

Este trabajo forma parte del Proyecto de Investigación n° 0666/81 sobre 
"Sistematización de los caracteres microfractográfi.cos de J!as roturas de alea
ciones ligeras" que se desarrolla en el Departamento r'ie Metalotecnia de la Es
~uela Técnica SupPrior de Ingenieros Aeronáuticos en Madrid. 

2.- ENSAYOS EFECTUADOS Y RESULTADOS OBTENIDOS 

El mtrterial de partida utilizado ha sido una plancha de 60 mm de espesor 
de la aleación 7075 en estado T 7351. La composición de la misma, expresada en 
porcentaje en peso era la siguiente: 

Al zn 
Base 5,4 

~ 

2, 1 

Cu 

1 , 5 

Cr 

o, 19 

Mn Fe 

0,03 o, 1 o 
Si 

o, 10 

Zr 

0,003 

Ti 

0,02 

Estos valores se ajustan a lo especificado en norma para el material,sie~ 
do de destacar el bajo contenido en impurezas Mn, Fe y Si, que le hacen corres
ponder con la aleación 7475, una variant:e de la 7075 con mejor comportamiento en 
tenacidad de fractura debido al menor contenido en fases intermetálicas. 

Estudiada su estructura metalográficA se comprobó una morfología granular 
de"planchas"alargadas en la dirección de laminación. Las fases intermetálicas 
presentes se encontraban preferentemPnte sitüadas en los. lÍmites de grano. 

A partir del material disponible se procedió a la fabricación de diversas 
series de probetas de resiliencia según norma UNE 7-290-72 tipo A (entalla en 
V) . Las diferentes di+ecciones seleccionadas para el ensayo se encuentran es
quematizadas en la fig. 1. 

Se realizaron ensayos sobre probetas con el tratamiento original T 73 ( 
(que es uno de los habitualmente usados en la industria) así como en estado de 
temple fresco (W) tras la solubilización, en q1.1e aún no se ha producido la pre
cipitación endurecedora y en consecuencia no existen las zonas libres de pre~i
pitado anexas a los límites de grano. 

Se realizaron ensayos tanto a temperat:ura ambiente como a -196°C, con ob
jeto de detectar una posible influencia de la temperatura tanto sobre la ener
gía absorbjda como en la morfología de la rotura. 

Los valores medios obtenidos en las diversas series iie probetas ensayadas 
se recogen en la tabla n°1. 

3.- ESTUDIO MICROFRACTOGRAFICO DE LAS SUPERFICIES DE ROTURA 

Con objeto de estudiar los caracteres microfratográficos asociatlos a las 
superficies de rotura, se procedió al examen de las mismas en un microscopio 
electrónico de barrido ISI-SS 60 equ:ipado con un microanalizador de dispersión 
de energía KEVEX 8. 000. A continuación se indican los c:;~.racteres significa ti vos 
de las tres o~ientaciones ensayadas. 
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3.1.- Probetas C/T en estado T 73 

Estas probetas presentan macroscópicamente una morfología frágil con rotu
ra plana sin deformaciór. plástica aparente (fig. 2a). 

Observada la rotura a mayores aumentos ,(fig.3), se pone de manifiesto un 
relieve en mesetas a diferentes alturas, que se aprecia más claramente en la 
fig. 4, obtenida con una inclinación de 30° respecto de la perpendicular a la 
superficie de rotura. En esta figura se destacan las paredes verticales latera
les de las mesetas. 

Examinadas las superficies de las mesetas a mayores aumentos, se comprueba 
que sobre ellas existen numerosas fases intermetálicas alrededor de las cuales 
se han desarrollado pequeñas líneas de deformación. La fig. 5 es representativa 
de esta situación, habiéndose marcado en ella alguna de las fases con indicación 
de su composición. 

En numerosos campos se aprecia que las fases interrnetálicas se habian fra 
ccionado durante el proceso de rotura. 

Examinando la morfología de los tabiques laterales (fig. 6, detalle a el~ 
vados aumentos de la zona indicada con flecha en la fig. 4) se comprueba que la 
superficie está formada por cúpulas bien desarrolladas y de muy pequeño tamaño 
(inferiores a 1 ~m). 

Si comparamos el tamaño de las mesetas y el espesor de sus tabiques late
rales con la morfología y tamaño de los granos, se obtienen dos resultados in
teresantes: 

- El tamaño de las mesetas es notablemente menor que el tamaño deJ grano. 

- El espesor de los granos es inferior al tamaño de los tabiques ~aterales 

Todo ello apunta a que la rotura se ha producido a partir de las inclusio 
nes interrnetálicas (situadas generalmente en las caras de los granos) por dese~ 
hesión de las mismas respecto de la matriz con una pequeña deformación plástica 
asociada. Las diferentes superficies descohesionadas a distintos niveles se han 
tmido a continuación por formación de los tabiques por mecanismos típicfu~nte 
dúctiles (coalescencia de microvacíos). 

3.2.- Probetas L/C en estado T 73 

El aspecto macroscópico de la rotura de estas muestras se esq~ematiza en 
la fig. 2b, donde se destaca la formación en el fondo de entalla de una super
ficie de rotura perpendicular a la dirección de aplicación del impactn y p~ra
lela al plano de laminac~9n de la plancha. El resto de la fractura presenta 1~ 
orientación convencional en estos ensayos, salvo el hecho de que en algunas pro 
betas se han formado superficies análogas a las del fondo de entalla en la zona 
central de Qa fractura. 

Observando dicha superficie inicjal de fractura desde una posición normal 
a la misma (posición 1 de la fig. 2b), se vuelve a apreciar una estructura de 
mesetas alargadas en la dirección de l~~nación del materjal (figs. 7 y B). Es
tas m~setas son de mroyor tamaño que las existentes en ~a probeta C/T. Examina
das a mayores aumentos, se comprueba que las super.ficies de las mismas no se 
encuentran mayoritariamente asociadas a l~ existencia de fases intermetálicas, 
sino que aparecen recubiertas de pequeñas cúpulas con sus tabiques laterales 
muy escasamente desarrollados (fig. 9). La orientación vertical de las cúpulas 
parece indicar que los esfuerzos causantes de la rotura local han actuado en 
dirección normal a las mesetas. 
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Adentrándonos en la rotura y observándola en dirección inclinada(posición 
2 de la fig. 2b} se aprecia un relQeve escalonado constituido por pequeñas mes~ 
tas unidas entre sí por tabiques laterales (fig. 10). Las superficies de estas 
mesetns (orientadas paralelamente al plano de l~minación)estaban preferente~en
te relacionadas con la presencia en ellas de fases intermetálicas, aunque en al
gunas únicamente aparecía una distribución de finas cúpulas. La obser,ración de 
la fr<:~ctura perpendicularmente a la misma (posición 3 de la fig. 2b) nos mues
tra únicamente los tabiques laterales (fig. 11) con cúpulas. 

3.3.- Probetas T/C en estado T 73 

La superficie de rotura de est~s muestras no presenta el aspecto mayori
tario de mesetas comentado en los apartados anteriores. En esta ocasión la frac 
turél está preferentP.ment constituída por superficies inclinadas (figs. 12 y 13) 
recubiertas de cúpulas de tamaño variable de unos puntos a otros. Mezclados con 
esta morfología aparecP.n cierta cantidad de tabiques verticales. 

3.4.- Probetas C/T en estado w 

Observadas a bajos aumentos, presentan una morfología (fig. 14) P.n cier
to modo análoga a la probeta de la:misrna orientación con tratamiento T 73, aun 
que en esta ocasión se evidencia unn mayor deformación plástica asociada al pro 
ceso de rotura. Examinadas las fracturas a elevados aumentos, comprobóse que es 
taba constituída por un típico mecanismo de coalescencia de microvacíns a par-
tir de las fases int.ermetálicas existentes, ·alrededor de los cuales se han de
sarrollado notaoles tabiques de defo~ación plástica (figs. 15 y 16). En la fig. 
16 se observa la fuerte fragmentación c'le las fases, tanto de las del tipo AJ-Cu
Fe (izquierda) corno del SiMg

2 
(derecha). 

3.5.- Probetas L/C en estado W 

Las roturas son típicamnete dúctiles por cúpulas sin aparición de super
ficies normales a la dirección de avance general de la rot.ura. Las cúpulas se 
han desarroll~.do alrededor dP. las fases presentes y en consecuencia son de ta
maño mucho mayor que las observadas en los tabiques de las probetas análogas 
con tratamiento T 73. 

3.6.- Probetas ensayadas a -196°C 

Examinadas al microscopio electrónico probetns C/T en estados T 73 y W, 
se pudo comprobar que su morfología era totalmente análoga a la obsP.rvada en 
probet~s idénticas ensayadas a temperatura arnb:i.ente, lo que nos indica qne los 
mecanismos generales del proceso de rotura no se alteran por el hecho de que 
la rotura ocurra a bajas temperaturas. 

4.- CONCLUSIONES 

4.1.- A la vista de los resultados de los ensayos de rP.siliencia son de desta 
car las siguientes ideas: 

- La energía absorbida en la rotura sobre probetas T 73 es baja en gene
ral, fenómeno mucho más acusado en las direccionAs transversal larga 
(T/C) y transversal corta (C/T) que han mostrado un comportamiento 
frágil. 

- Los ensayos en estado W suponen un incremento sustancial de· la ener
gía absorbida, lo que resulta coherente con la mayor facilidad de de
formación que presenta la aleación en este estado, ya que se ha elimi 
nado el campo de precipitados gene-rado tras la maduración en el trata=
miento T 73. 
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- No se han encontrado diferencias significativas entre los ensayos rP.a
lizados a distintas temperaturas. 

4.2.- Las probetas obtenidas a lo largo del espesor de la plancha muestran un 
proceso de fractura determinado fundamentalmente por la presencia de fAses in
termetálicas, con descohesión de las mismas respecto de la matriz de aluminio. 

Dado que el proceso de lami.nación de la plancha rompe las fases origina
les y ordenan los fragmentos en pl~nos paralelos al de deformación, la notable 
sección cubierta en cada punto por esas fases da lugar a la estructura de mese
tas observadas. 

En esta dirección no parece ser significativa la influencia de las zonas 
libres de precipitadn en el proceso de rotura. 

Las probetas en estado W (y por tanto sin la estructura de precjpitación) 
presP.ntaron morfolog!a similar aunque mayor deformación plástica,lo que confir
ma a las fases intermetálicas y su posición y oriP.ntación como los factores de
terminantes del avance de la rotura. 

4.3.- Por el contrario, en las probetas longitudinales se han desarrollado su
perficies de fr~ctura en fondo de entalla (y algunos pQntos del interior) en 
los que la rotura se ha producido a lo largo de 1as caras de grano (donde están 
las 7.:onas libres de precipitñ.do) en las que se ha desarrollado una peqneña es
tructura de cúpulas. 

El resto de la fractura ha vuelto a consistir en descohesjones locales ma 
triz-fase y tabiques normales a esas áreas con formación de cúpulas. En las pro
betas en estado W ha desaparecido, como era de esperar, esa tendencia a la inter 
r.ristalinidad,ya que en este tratamiento nn existen las zonas libres de precip~ 
trJdOS. 

4.4.- En las probetas transversales no han sido factores determinantes de la 
morfología de rotura ni las fases intermetálicas ni las zonas libres de preci
pitados. 

4.5.- En consecuencia, queda puesto de manifiesto que la aleación 7075 en esta
do T 73 presenta, cuando se parte de material en forma de plancha gruesa, unos 
procesos de rotura a impa~to en los que la influencia de particularidades es
tructurales tales como las zonas libres de precipitado (anexas a los límites 
de grano) y la presencia de fasPS intermetálicas (igualmente orientadas según 
las caras de los granos) es muy variable en función de la orientación de la en
lla y la direccjón de aplicación dP.l impacto. 

Resulta interesante resaltar el papel importante que juegan las inclusio
nes inte:rmetálicas, a pesar cie estar presentes en escl!lsa cantidad, y~ que el ma
terial empleado tenía un contenido bajo en elementos formadores de estas fases. 
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Tabla n°l Enerafa absorbida, en julios 

Temperatura de ensayo 

20°C - lg6°C 

~ T73 \Al T73 w 
p 

L/C 35 70 * * 

T/C 7 * * * 
C/T 4 28 3 28 

* No se realizaron ensayos 

Fig. n° 1 

2 - a 

2 - b 

17n 



fig. 3 X 35 

fig. 5 X 350 

fig. 6 X 7.500 

fig. 4 X 100 

Composición de las fases interrnetá
licas marcadas en la fig. 5 

y 2 

3 y 4 

5 y 6 

fig. 7 

127 

62Al-26Cu-10Fe-2Zn 

77Al-15Fe-5Cu-3Zn 

SiMg
2 

X 35 



fig. 8 X 35 fig. 9 X 5.000 

fig. 10 X 150 fi g. 11 X 150 

fig. 12 X 150 fig. 13 X 2.500 
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fig. 14 X 35 fig. 15 X 750 

fig. 16 X 750 fig. 17 X 35 

fi g. 18 X 150 
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ESTUDIO DE LA FRACTURA DUCTIL DE UNA CHAPA DE ACERO MICROALEADO AL 
NB SOMETIDA A OPERACIONES DE CONFORMADO EN FRIO. 

Justino Fernández*, Julio Riba**, José Ignacio Verdeja** 

*Escuela Superior de Ingenieros Industriales. Univ.ersidad de Navarra. 
San Sebastián. 

**Escuela Superior de Ingenieros de Minas. Oviedo. 

Se ha obtenido el diagrama de fractura de una chapa de acero microaleado so 
metida a operaciones de conformado en fria. 

La fractura sobreviene generalmente 
tricción o deformación local. 

después del fenómeno de es 

El espesor del borde fracturado, especialmente para operaciones de expansión, 
no es constante. 

El aspecto de la fractura, depende de la dirección de la misma y de la tra
yectoria de deformación. La dirección de laminación es la más débil. 

El fenómeno de estriación puede explicarse en función del daño superficial. 

The Forming Limit Diagram to Fracture of a microalloyed steel sheet subjec
ted to cold forming has been obtained. 

Fracture generaUy occur after local instabiUty of striction. The thickness 
of the fractured edge, is not constant especially in the expansion operations. 

The fracture aspect changes with their direction and with the deformation 
path. Rolling direction is the weakest.Local instability leading to fracture can 
be explained in terms of superficial damage. 
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1.- INTRODUCCION 

Fractura dúctil es el mecanismo que rige el fin de una operación de conform~ 
do en chapas a temperatura ambiente, cuando el material ha sido deformado por en
cima de sus posibilidades. 

Como es bien conocido, la fractura dúctil de metales y aleaciones, ocurre co
mo consecuencia de la formación, crecimiento y unión de huecos /1/. Se ha compro
bado experimentalmente /2/ que deformando bajo altas presiones, se retrasa consi
derablemente la formación de huecos y consiguientemente, la ductüidad aumenta. 

Por efecto de la deformación a temperatura ambiente, las particulas existen
tes en el seno del material (precipitados, inclusiones y segundas fases), generan 
concentraciones de tensiones que pueden conducir a la formación de huecos debido 
al diferente comportamiento elastoplástico de la matriz y las particulas /3/. 

El daño presenta dos mecanismos /4/: a) por descohesión en la intercara ma
triz-particula y/o b) por fragmentación de la propia particula /5/. La forma pr~ 
dominante depende de factores geométricos (forma, tamaño, orientación), de facto
res constitutivos (tenacidad y adherencia a la matriz) y de la trayectoria de de
formación /6/. 

Es un hecho sobradamente conocido que la fractura de la chapa normalmente vie 
ne precedida por la deformación localizada (estricción) en forma de banda estre
cha de adelgazamiento del espesor. 

2.- EXPERIMENTACION 

Se emplearon tres tipos de ensayo para la simulación del conformado de chapa: 

1) tracción uniaxial 
2) expansión hidraúlica 
3) estirado con punzón metálico 

Las chapas*fueron grabadas en su superficie con una red de circules de 1 mm 
de diámetro, para estimar las deformaciones en las zonas cercanas a fractura 

Una vez alcanzada esta, se suspendió el ensayo. Las distintas trayectorias de 
deformación (desde tracción uniaxial hasta tracción equibiaxial) , fueron 
obtenidas con distintas configuraciones geométricas, tanto de las matrices como 
de las chapas a ensayar. 

Para obtener el diagrama de fractura, se determinan las deformaciones unita
rias del espesor (€ ¡> y del borde de la fractura (E

2
f). Aceptando que durante 

la deformación plásÍ1ca el volumen no varia, la deformación unitaria en la direc
ción del plano de la chapa perpendicular a la linea de fractura es: 

(1} 

La obtención de (€
3

f) presenta el inconveniente de que el espesor de la zona 
fracturada no es constante. Algunos autores /7/ sostienen lo contrario, pero es
ta afirmación no puede hacerse con carácter general. En la Fig. 1 se puede obser
var la dispersión de los valores del espesor en función de la trayectoria de de
formación (p). El aumento de la variación del espesor, para valores crecientes 
de (p), se comprende si se tiene en cuenta, que para valores de (p) próximos a la 
unidad, el material (para deformaciones cercanas a estricción) se encuentra más 
al limite de sus posibilidades que para valores menores (la deformación equivalen 
te es mayor)1 y por tanto la fractura no queda circunscrita a la zona de estric- -· 
ción, sino que se propaga a zonas no afectadas por ella, cuyo espesor es diferen 
te. 

( *) chapa de acero de bajo contenido ~n carbono ~0,09%), m~croaleado con Nb 
(0,05%) laminada en caliente, lam1nada en fr1o y recoc1da de 1 mm de espesor. 
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Por este motivo, fue necesario un número considerable de medidas (más las 40 
para cada fractura) para mantener bajo el error relativo de la estimación. 

La evaluación de (E
2

f) en la zona de expansión, no plantea problemas ya que 
la trayectoria, desde estricción hasta fractura, es de deformación plana (p=O) y 
por tanto no existe apenas gradiente de deformaciones a lo largo del labio de 
fractura. Por el contrario, en la zona de embutición, la trayectoria de deforma
ción se mantiene siempre por debajo de P=Ü y los gradientes de deformación son no 
tables. Por consiguiente, conviene trabajar con círculos de pequeño diámetro para 
obtener la precisión necesaria /7/. 

Las mediciones del espesor fueron hechas en un Microscopio Electrónico de Ba
rrido, tomando las necesarias precauciones para evitar errores de paralaje. Las 
medidas de la deformación en la dirección del labio de fractura fueron hechas con 
un microscopio óptico a 10X. 

Todos los puntos del diagrama de fractura de la figura 2, fueron obtenidos 
con un error relativo menor del 10%. Se puede observar que las deformaciones co
rrespondientes a fracturas en la dirección de la laminación (D.L) , son menores 
que las correspondientes a fracturas en cualquier otra dirección. 

En las figuras 3 (a) y (b) se muestran dos "facies" de fractura correspondien 
tes á la dirección transversal y de laminación respectivamente1 obsérvese el dife~ 
rente aspecto de la fractura. En la correspondiente a la DL, se puede 'a:f?reciar el 
papel jugado por las inclusiones de SMn formando cordones en esa dirección. 

En las etapas finales de estricción, los huecos crecen a una ritmo vertigino
so. La figura 4 corresponde a un estado avanzado de estricción de la sección frac 
turada de la figura 3(a). La deformación equivalente en la estricción fue de 0,9 
y la de fractura (un instante después) igual a la 1. Nótese que en la figura 4 
apenas se aprecian los huecos a pesar de la inminencia de la fractura. 

Por tanto, la unión acelerada de huecos, que conduce a fractura, sobreviene 
cuando el porcentaje de huecos, en la sección por la que se va a fracturar, es 
aún muy bajo., 

Como se pudo observar en la figura 3(a), los huecos tienen forma elipsoidal, 
con una dimensión en la dirección del espesor (vertical) muy superior a la que te 
nían durante la estricción, lo cual se debe al efecto de la depresión creada por
el perfil de la estricción. Se ha podido comprobar experimentalmente que el aspec 
to de los huecos es muy plano, es decir, con una dimensión muy pequeña en la di-
rección del espesor, congruente con el tensor biaxial que solicita la chapa. Las 
dimensiones de los huecos, en las direcciones de la fractura y en la perpendicu
lar a la misma, dependen de la trayectoria de deformación. Así, mientras que en 
situaciones de tracción uniaxial son elipsoides de gran longitud y pequeña anchu
ra, en tracción equibiaxial tienen forma de elipsoides cortos y anchos. 

Excepto para trayectorias equibiaxiales, la microestructura no controla la es 
tricción. En efecto, sólamente cuando todas las direcciones están sometidas a la 
misma deformación, las heterogeneidades pueden manifestar su papel. 

Fuera de este caso, la fractura está controlada, sobre todo, por la geometría 
de la cúpula en el ensayo hidraúlico y por la geometría de la cúpula y la fricción 
en el estirado con punzón. En materiales muy heterogéneos (muy sucios) , la micro
estructura puede llegar a jugar un papel tan importante como la geometría y la 
fricción /8/. Sin embargo, en condiciones normales, especialmente en operaciones 
industriales (con estampas metálicas), el papel de la geometría y la fricción es, 
con mucho, el más importante. 
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En el ensayo con punzón, todas las fracturas fueron precedidas por una estríe 
ción notable que tendfa a seguir un paralelo de la cúpula deformada (lugar geomé
trico de las deformaciones máximas). En el ensayo de expansión hidraúlica (debi
do a las grandes dimensiones de las chapas y a la ausencia de fricción)~ los gra
dientes de deformación fueron muy suaves y la estricción se manifiesta difusamen
te hasta el mismo instante en la fractura. 

Lo anterior, parece indicar que la fractura viene precedida de una estricción 
notable, cuando el mecanismo de concentración de la deformación está regido 
por la geometrfa y fricción, mientras que en ausencia de estos, la estricción es 
dificilmente observable y en ocasiones, la fractura dúctil, sobreviene sin que 
aquella se hubiera dado. 

3.- IMPORTANCIA DEL DAÑO SUPERFICIAL 

En la figura S{a) se muestra la superficie de una chapa antes de ser deforma
da y en la figura 51 (b) se presenta un detalle de la superficie después de haber 
sufrido una expansión biaxial. Puede observarse un cuarteamiento de las juntas de 
grano, lugar de localización de las partfculas de cementita. En el interior, como 
se ha visto, el daño es prácticamente despreciable. El cuarteamiento superficial 
debilita la cohesión en las capas inmediatamente inferiores, originando un nuevo 
dañado sub-superficial, que a su vez facilita el dañado de la capa inmediatamente 
debajo, creándose un daño escalonado {figura 6), que progresa de fuera adentro, 
hasta que se alcanza, en alguna zona, una sección critica. A partir de ese momen
to, toda la deformación se concentra en ella y sobreviene la fractura a lo largo 
de los planos de mayor tensión de cortadura. 

En la figura 7 se muestra una "facies" de fractura, y en la superficie exterior 
de la chapa (afectada por la estricción) pueden observarse áreas de gran daño su
perficial cuyo aspecto, en el plano de la chapa, está recogido en la figura 8. 

4.- CONCLUSIONES 

1. El espesor de fractura de chapes conformadas en frio, especialmente para esta 
dos de expansión, no puede con~iderarse constante. 

2. Las deformaciones de la chapa e fractura son menores cuando ésta sigue la DL, 
que es la más débil. 

3. La morfologia de una fractura paralela a DL, es diferente a la de las demás 
direcciones, debido al alineamiento de las inclusiones durante el proceso de 
laminación. 

4. La fractura sobreviene de manera instantánea, cuando el daño en el espesor de 
la chapa es aún muy pequeño. 

5. Para trayectorias de deformación cercanas a P=l, la fractura puede sobrevenir 
sin previa estricción. 

6. El fenómeno desencadenante de la estricción (hasta ahora inexplicable), po
dria estar relacionado con el daño superficial, como se muestra en el modelo 
propuesto. 
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- Figura 7 _ 
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CRECIMIENTO DE GRIETAS POR FATIGA EN 
UN ACERO HIPEREUTECTOIDE PERLITICO 
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Se ha determinado la velocidad de crecimiento de grietas por fatiga en un 
acero hipereutectoide perlítico, así como el valor umbral de la amplitud del 
factor de intensidad de tensiones (6Kth) mostrando el efecto de la relación de 
carga R. 

Los resultados obtenidos se justifican a partir de los detalles microes
tructurales. También se muestra que las grietas de fatiga no siguen sistemática 
mente una trayectoria preferente a través de las láminas de perlita. -

The fatigue crack growth rate for a pearlitic hipereutectoid steel was 
measured and threshold stress intensity values (6Kth) defined, illustrating the 
effect of load ratio R. 

Results were explained from microstructure features. It is shown that fa
tigue cracks do not systematically follow any preferred path through lamellar -
pearlite. 
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1.- INTRODUCCION 

Los cilindros de larninación para trabajos en caliente (trenes Bloorning, -
Slabbing) deben ser capaces de soportar las solicitaciones cíclicas de servicio, 
entre las que destacarnos las siguientes acciones: 

- Fatiga térmica. 
- Fatiga mecánica. 
- Fatiga de contacto (desgaste) . 

La fatiga térmica es la solicitación más importante, en el caso de los ci
lindros de trabajo en caliente. La superficie del cilindro sufre ciclos térmicos 
sucesivos entre las temperaturas extremas de 20 y 600°C /1/, que a su vez gene
ran ciclos de tracción-compresión capaces de nuclear y hacer crecer grietas por 
fatiga. Estas grietas de origen térmico están siempre presentes tras un cierto -
periodo de servicio (figura 1), y ocasionalmente pueden crecer hasta alcanzar el 
tarnño crítico (grieta sernielíptica de hasta 25 cm. de profundidad en el caso de 
un cilindro de 1 m. de diámetro), /2/, momento en el que sobreviene la fractura 
brutal del elemento. Una fractura de este tipo es particularmente grave, dado 
que puede dañar seriamente el tren, y en cualquier caso, supone la parada prolo~ 
gada de la producción, cuyo coste es mucho mayor que el del propio cilindro. 

El cilindro debe además soportar en el curso de su trabajo solicitaciones 
mecánicas cíclicas complejas (esfuerzos normales, cortantes, de flexión y tor
sión)~ cuyo efecto relativo se deja sentir especialmente cuando la grieta térmi
ca superficial ha crecido hasta alcanzar zonas más internas. 

Finalmente, la acción conjugada de la presión de larninación y del desliza
miento relativo entre el producto laminado y el cilindro implica la existencia -
de un fenómeno de desgaste cíclico o fatiga de contacto. Es necesario entonces,
adicionalrnente, que el material utilizado en estas aplicaciones posea la dureza 
suficiente para asegurar un desgaste mínimo. 

La exigencia de un buen rendimiento de los cilindros en servicio supone f~ 
bricarlos a base de materiales resistentes y tenaces que soporten bien los es
fuerzos térmicos de fatiga, corno es el caso de los aceros ligeramente hipereute~ 
toides perlíticos. 

2.- MATERIAL Y TECNICAS EXPERIMENTALES 

El material de ensayo utilizado ha sido un acero hipereutectoide perlítico 
cuya composición química y propiedades mecánicas fundamentales se exponen en las 
tablas 1 y 2. El gradiente de dureza medido sobre la zona útil del cilindro no -
muestra variación alguna (figura 2). 

La rnicroestructura de este acero es de perlita fina con carburos globula
res dispersos pero muy heterogenearnente repartidos (acumulados en zonas concre
tas de la estructura) . 

Los ensayos de fatiga se han realizado a temperatura ambiente en una rnáqu~ 
na servohidraulica MTS de 25t de capacidad dinámica operando bajo control de car 
ga y con una frecuencia de 7-9H (onda sinusoidal) . 

Se emplearon probetas compactas de 10 mm. de espesor. La relación de carga 
utilizada (R=K . /K _ ) fué de 0,05 y 0,5 respectivamente. 

rnln rnax 

El avance de la grieta se registró con un microscopio desplazable de 40 a~ 
rnentos, que nos permite una precisión en la medida superior a 0,02 mm. La veloc~ 
dad de crecimiento de la grieta se valoró utilizando el método de la secante pa
ra aquellos datos próximos al valor umbral, mientras que para velocidades mayo
res (valores de ~K superiores a 20 MPa /rñ) se empleó el método de ajuste polinó
mico. 
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Se examinaron las superficies de fractura con un microscopio electrónico 
de barrido(MEB) Philips 505 provisto de microsonda EDAX ECON III. Con objeto de 
caracterizar la trayectoria de la grieta de fatiga se niqueló electrolíticamen
te la superficie de fractura de las probetas y se prepararon secciones longitu
dinales y transversales (relativas a la dirección de crecimiento de la grieta)
para su examen microcópico. 

3.- RESULTADOS Y DISCUSION 

3.1 Ensayos de fatiga 

La figura 3 recoge los resultados obtenidos en la determinación del valor 
umbral ~Kth del acero para una relación de cargaR de 0,05 y 0,5. Se utilizó el 
método del descenso escalonado de la carga. 

Como cabría esperar se registra una notable influencia del parámetro R en 
la zona próxima al umbral de fatiga, obteniendo velocidades de crecimiento sup~ 
riores y una amplitud del factor de intensidad de tensiones umbral, ~Kth menor 
al incrementar la relación de carga R. 

Los datos del valor umbral se obtuvieron como los puntos de corte de las -
rectas de regresión obtenidas con los puntos representativos de las velocidades 
más lentas con la horizontal correspondiente a 10-10 m/ciclo. 

La figura 4 recoge los valores ~Kt obtenidos en este trabajo junto con -
otros muchos resultados recopilados de ra bibliografía sobre aceros perlíticos 
/3-4-5-6/. Destacamos que el acero objeto de este estudio muestra los valores -
más bajos del citado parámetro. 

La figura 5 muestra los datos de fatiga obtenidos para R=0,05 en la zona de 
crecimiento lineal (Paris), junto con la banda de dispersión correspondiente a 
distintos datos bibliográficos sobre aceros perlíticos /3-7-8-9-10/. Los datos 
del crecimiento de la grieta se ajustaron con un coeficiente de determinación -
de 0,99 por la siguiente ley: 

Destacamos que el acero objeto de este estudio ocupa la zona superior de -
la banda, y que la velocidad de crecimiento de grietas evaluada es especialmen
te alta para los valores mayores de ~K. 

Estos resultados pueden justificarse tras el examen fractográfico de la 
probeta. 

3.2 Fractografía 

La fractura final de la probeta compacta es trasganular frágil (clivaje) -
mostrando los ríos característicos (figura 6) . 

El aspecto más destacado de la fractura de fatiga en la zona de creclmlen
to lineal (ley de Paris) es la presencia de líneas desgarradas de trazo irregu
lar alineadas con la dirección de propagación de la grieta (figura 7). Estos 
mismos detalles habían sido ya observados en aceros perlíticos /3-11/. 

La figura 8 muestra una zona fatigada con abundante acumulación de carbu
ros globulares. Estos aparecen sueltos y sin deformar sobre la superficie de 
fractura, lo que justifica la hipótesis de que el campo de tensiones existente 
en el fondo de la grieta produce la descohesión de la intercara carburo-perlita 
dando lugar a un camino de crecimiento de grieta favorable. Este mismo hecho, -
unido a la alta fragilidad de este acero (se observan ocasionalmente áreas pla
nas frágiles en la fractura de fatiga), justifica los bajos valores umbrales 
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~Kth y las altas velocidades de crecimiento de grietas obtenidas en este estudio. 

3.3 Trayectoria de la grieta de fatiga 

El examep microscópico de las probetas niqueladas obtenidas según la direc
ción longitudinal y transversal pone en evidencia que la orientación de las lámi
nas de perlita no influye sobre la trayectoria de la grieta de fatiga. Sobre la -
micrografía 9 se muestran zonas (A) donde la grieta avanza interlaminarmente y 
otras (B) donde el avance es transversal respecto a la orientación de las láminas 
de la perlita. La figura 10 muestra el perfil quebrado de la grieta de fatiga, y 
pone asímismo de manifiesto la posible influencia de las juntas entre colonias y 
de las juntas de grano sobre los cambios bruscos de la trayectoria de la grieta. 

Finalmente, la figura 11 muestra la trayectoria de la grieta al atravesar -
una zona con carburos acumulados. Los carburos no deformados ni fracturados se 
descohesionan en primer lugar y saltan luego dejando cavidades en la superficie 
de la grieta. 

4.- CONCLUSIONES 

- El comportamiento a fatiga del acero objeto de este estudio es peor (men~ 

res valores de los valores umbrales ~K h y mayores velocidades de creci
miento de grietas) que el de otros ace~os perlíticos ensayados hasta la -
fecha. 

- Los resultados de fatiga obtenidos se justifican en virtud de la fragili
dad del acero asociada en gran medida a aglomeraciones importantes de ca~ 
buros que por descohesión con la fase matriz (perlita) crean caminos de -
crecimiento facil de la fatiga. 

- La trayectoria de la grieta de fatiga a través de la microestructura per
lítica no muestra una preferencia de avance en relación con alguna orien
tación úefinida de las láminas de perlita. 
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TABLA 1.- Composición Química 

~:5 
Mn Si S p Ni M o 

1.17 0.35 0.012 0.059 l. 50 0.38 

TABLA 2.- Propiedades Mecánicas 

a (MPa) a (MPa) A (%) KCV (J) HRC K (MPa rrn) 
ys R max 

720 873 1.36 4.7 31 35 

Fig. 1 - Grietas superficiales térmicas (cilindro 
de un tren Blooming) 
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Fig. 6 - Fractura final de la probeta compacta 
=35 MPa 

- Estructura de la fractura por fatiga 
de Paris). La dirección de cre

cimiento de la grieta es vertical des
cendente 
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Fig. 8 - Grieta de atravesando una zona 
de acumulación de carburos. La direc
ción de crecimiento de la grieta es -
vertical descendente 

Trayectoria de la 
vé de las colonias 
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Fig. 10 - Trayectoria de la grieta de fatiga a 
través de las colonias de perlita 

Fig. 11 - Trayectoria de la grieta de fatiga a 
través de una zona con carburos dis
persos 
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MICROFRACTURA EN POLICRISTALES DUCTILES 

Javier GIL SEVILLANO 

CEIT, Centro de Estudios e Investigaciones Técnicas de Guipúzcoa 
Apartado 1555, 20080-SAN SEBASTIAN 

En situaciones de fractura de policristales con deformación plástica previa 
extendida a zonas de dimensiones grandes comparadas con el tamaño de grano, la 
anisotropia plástica de los cristales determina el establecimiento de un campo 
de tensiones heterogéneo en la zona'plástica por interacción entre granos veci
nos, obligados a deformarse compatiblemente. Mediante una aproximación sensilla
basada en los estados de tensiones de Bishop y Hill- se han calculado las tensi~ 
nes tractivas máximas en granos de metales cúbicos en función de su orientación 
cristalina, tensiones que condicionan la formación y propagación de microgrietas 
en dichos granos. 

When plastic deformation preceeds fracture in polycrystals, such as in slip
induced cleavage or in ductile fracture, the plastic anisotropy of the crystals 
determines the building of a heterogeneous field of internal stresses of wave
length equal to grain size, superposed over the average macroscopic stress field. 
For BCC or FCC metals the amplitude of the field con be estimated from the Bis
hop and Hill stress states, assuming uniform plastic deformation of the grains. 
That allows to compute the maximum normal stresses acting on each grain for a par 
ticular plastic deformation mode. Such stresses are determinantfer nucleation ana 
growth of microcracks at the grain scale. 

149 



1.- INTRODUCCION 

En metales dúctiles, la fractura frágíl(por descohesión) y, por supuesto, 
la dúctil, ocúrren tras deformación plástica, al menos local. En policristales, 
cuando la zona plástica es grande comparada con el tamaño de grano, la anisotr~ 
pía plástica de los cristales, obligados a deformarse compatiblemente, determina 
el establecimiento de un campo heterogéneo de tensiones, con fluctuaciones loca
les de longitud de onda aproximadamente igual al tamaño de grano, superpuestas, 
al gradiente macroscópico existente. 

En muchos casos, incluída la zona plástica asociada al borde de una grieta 
~ajo carga, la deformación plástica previa a la fractura es relativamente grande, 
e>S%, habiéndose sobrepasado ampliamente el régimen microplástico. En tal situa
ción, si los granos son aproximadamente equiáxicos y no existe textura marcada, 
la deformación plástica es aproximadamente uniforme (1). Para producir esa defo~ 
mación, en el interior de cada grano ha de establecerse un estado particular de 
tensiones de desviación (al que se superpondrá el estado hidrostático local exi~ 
tente, sin efecto plástico). Esos estados de tensiones plásticos son vértices 
del lugar de fluencia particular de la estructura cristalina considerada donde 
confluyen un mínimo de cinco sistemas de deslizamiento independientes,y su núme
ro es discreto. En el caso concreto de los metales cúbicos centrados o centrados 
en las caras, esos estados son los 56 estados. determinados por Bishop y Hill(2), 
en la hipótesis de deslizamiento sobre sistemas{llO}<lll> o { 111}<110>con ten
sión crítica de deslizamiento, T , uniforme. Consecuentemente, las máximas 
tensiones tractivas variarán de qrafio a grano y condicionarán la nucleación y 
propagación de microgrietas dúctiles o frágiles en la situación descrita. 

2.- TENSIONES NORMALES MAXIMAS ASOCIADAS A LOS ESTADOS DE 'IENSIONES DE BISHOP Y 
HILL. 

En la referencia citada (2) se tabulan los vértices del luqar de fluencia 
de cristales cúbicos centrados o de caras centradas referidos al sistema de coor 
denadas ortogonales asociado a las aristas de la celda cúbica. A partir de esos 
valores se han obtenido las componentes de tensión normal a planos {001}- los 
planos de descohesión de los cristales cúbicos centrados - y las tensiones prin
cipales del tensor de desviación (Tabla adjunta). Cualquier componente de tensión 
normal de interés en un grano se obtiene añadiendo el nivel hidrostático ?el agr~ 
gado, ah, a la componente normal del estado de Bishop & Hill capaz de producir la 
deformación plástica requerida en la orientación cristalina del grano (determina
do por la condición de trabajo plástico máximo). Como el lugar de fluencia es ce~ 
trosimétrico, los 28 estados no incluidos en la tabla son los opuestos a los ta
bulados. 

3.- APLICACIONES 

Como ejemplo de aplicación, se estudian las condiciones de microfractura en 
la deformación axisimétrica libre (tracción y compresión) de metales cúbicos cen
trados. 

3.1.- Fractura frágil de un policristal ce sin textura ensayado a tracción. 

Los estados de B & H para producir alargamiento axisimétrico en fun
ción de la orientación cristalina del eje de tracción se representan en la fig. 
l.a. Las máximas tensiones normales a planos {001} asociadas a los desviadores 
de esos estados de tensiones se representan en la fig. lb. 

En ausencia de textura, la tensión de fluencia plástica para deforma
ción axisimétrica del agregado es (1): 
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por lo que la componente hidrostática es, en ausencia de estricción, 

a ~ T 
h e 

( 1) 

(2) 

De acuerdo con la fig. lb, la máxima tensión normal tendente a producir desco
hesión es entonces: 

* 
(an) máx = a (100) + T 

e 
(3) 

Esta tensión, referida a la de fluencia, se ha representado en la fig. 2a en 
función de la orientación. Como se ve, la orientación de un grano condicionará 
su capacidad de actuar como núcleo de descohesión en aquellos materiales en que 
la tenacidad a la fractura esté controlada por el tamaño de grano. La influencia 
de la orientación no difiere mucho de la que se obtiene a partir de la hipotesis, 
más sencilla, de tensión uniforme; para un grano estirado en la dirección lhkll: 

2 - 2 2 2 
(a ) á = h a , (h +K +1 =1) 

n m x 
(4) 

excepto para orientaciones particulares (por ejemplo, en granos <110> se prevé 
una tensión de descohesión de sólo cr/3, en lugar de cr/2 suponiendo tensión uni
forme). 

En la fig. 2b se representa, para el mismo caso, la máxima tensión principal 
en función de la orientación. 

3.2.- Tracción de alambres CC con textura <110> . 

El trefilado desarrolla en los alambres ce una fuerte textura <110>. 

La deformación axisimétrica de esta orientación (fig. la) exige el 
establecimiento del estado de tensiones desviador n~6 (Tabla) , que no induce ten
siones normales sobre los planos {100}. 

Según esto, en la deformación a tracción de alambres con textura 
<110> la descohesión es igualmente probable en cualquiera de los tres planos{ 100}, 
incluido el orientado longitudinalmente, pues los tres están sometidos a la misma 
tensión, la hidrostática. De hecho, en estos alambres los granos no se deforman 
uniformemente, sino que tienden a hacerlo por estirado plano. La tensión transver 
sal inducida será menor que la hidrostática, pero su existencia permite explicar 
el agrietamiento longitudinal ("splitting") que se observa frecuentemente en el 
trefilado o plegado de alambres CC(3-6) y la gran densidad de grietas secundarias 
longitudinales que se observa en sus superficies de fractura a tracción, fig.3. 

3.3.- Fractura frágil a compresión de metales ce. 

Finalmente,las tensiones inducidas por la deformación plástica compati
ble de los granos de un policristal permiten explicar la nucleación por descohe
sión en metales ce sometidos a compresión axisimétrica libre. La fig. 4a muestra 
la máxima tensión normal a planos {100} correspondiente al tensor de desviación i~ 
ductor de la deformación plástica a compresión. Los estados de tensiones son los 
opuestos a los de la fig. la. La tensión hidrostática en el agregado es ahora com
presiva: 

- -T 
e 
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y las tensiones resultantes máximas normales a planos { 100} son las indicadas 
en la fig. 4b. Para un pequeño ámbito de orientaciones del eje de compresión, 
se desarrollan tensiones de tracción perpendiculares a (010), por lo que, en 
principio,· es posible nuclear descohesión en metales ce bajo compresión libre 
incluso en ausencia de abarrilamiento. La tensión inductora de descohesión ba
jo compresión es 12 veces menor que la correspondiente tensión bajo tracción, 
por lo que es necesario un nivel de tensión a compresión 12 veces mayor que el 
de tracción para nuclear grietas. La propagación de grietas ya nucleadas bajo 
compresión exige como mínimo alcanzar 8 veces la carga de fractura a tracción 
cel material suponiendo orientación isótropa de los núcleos y ausencia de fri~ 
ción entre caras de las grietas (8). Experimentalmente, la fractura frágil a 
compresión ocurre en materiales frágiles a tensiones entre 3 y 100 veces la 
tensión de fractura a tracción (9) o entre 10 y 1000 veces según otro autor(10). 
No se excluye por tanto que la nucleación de la descohesión juegue algún papel 
en el control de la fractura frágil a compresión de metales ce. 
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Tensiones normales a planos {001} y tensiones principales correspondientes 
a los estados de tensiones de desviación de Bisho & Hill para deslizamien 
to en sistemas 111 <110> 6 .110 <111> (En unidades /6 TJ. -

Estados de 
Tensiones normales a planos {OO!} Tensiones principales 

tensiones (100) (010) (001) CJi a; 03. 
1 1/3 1/3 -2/3 1/3 1/3 -2/3 
2 -2/3 1/3 1/3 1/3 1/3 -2/3 
3 1/3 -2/3 1/3 1/3 1/3 -2/3 

4-6 o o o 1 o -1 
7,8 1/2 o -1/2 1//2 o -1//'1. 
9,10 o -1/2 1/2 1/t'2 o -l/{2. 

11,12 -1/2 1/2 o 1/{2 o -1/12 
13-16 -1/6 1/3 -1/6 5/6 -1/6 -2/3 
17-20 1/3 -1/6 -1/6 5/6 -1/6 -2/3 
21-24 -1/6 -1/6 1/3 5/6 -1/6 -2/3 
25-27 o o o 1/2 1/2 -1 

28 o o o 1 -1/2 -1/2 
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Figura 3. Superficie de fractura a tracción en nitrógeno 
líquido (77K) de un alambre de acero eutectoi
de trefilado (deformación previa, E=0,52). 
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CORROSION BAJO TENSION EN ACEROS DE ALTA RESISTENCIA Y 
BAJA ALEACION 

González J.J.*, Gutiérrez-Solana F.*, Barroso S.**, 
varona J.M.* 

*Escuela de Ingenieros de Caminos. Universidad de Cantabria-Santander 
** Junta de Energía Nuclear-Madrid 

Este trabajo analiza la influencia que variables metalúrgicas como el tamaño 
de grano, microestructura y resistencia mecánica ejerce sobre el comportamie~ 
to en corrosión bajo tensión de aceros de alta resistencia y baja aleación. 
El estudio contempla tanto las roturas de aspecto intergranular como las de 
aspecto transgranular, analizándose el marco de transición entre ambas. 

This work analyzes the influenae of metallurgiaal variables, as grain size, 
miarostruature and strength, on the Stress Corrosion Graaking Behaviour of 
HSLA Steels. Both, intergranular and transgranular fracture proaesses are 
studied as well as the aonditions for transition from one to the other. 
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1.- INTRODUCCION 

El comportamiento de los aceros de alta resistencia y baja aleación 
frente al fenómeno de Corrosión Bajo Tensión (CBT) ha sido y sigue siendo 
tema de númerosos estudios experimentales y ulteriores publicaciones. A 
pesar de ello, se está todavía lejos de poder afirmar que existe un cono
cimiento preciso del mismo, especulándose sobre el agente y el modo en que 
se produce la fragilización del material. En cualquier caso, lo que si pa
rece evidente es la decisiva influencia de la microestructura del acero so 
bre su resistencia a la CBT/1-2/. 

El estudio de la relación entre la microestructura y el comportamien
to en CBT de los aceros, ha llevado a importantes mejoras en el uso de és
tos en ambientes agresivos y además a avances lentos pero positivos, en la 
comprensión del fundamento final del fenómeno. Es en ambos aspectos donde 
se enmarca el presente estudio de investigación. 

En este trabajo se abordan tanto los tipos de fractura intergranular 
como transgranular, y la influencia que sobre ellos ejercen factores tales 
como el tamaño de grano, la morfología del borde de grano y el tipo de mi
croestructura, así como la resistencia mecánica del acero. 

2.- MATERIAL UTILIZADO Y MEDIO AGRESIVO 

El acero empleado en este estudio posee la composición que figura en 
la Tabla 1, y es similar al F-1250 (CENIM). Es un acero clásico de bonifica 
ción que se usa en construcción normalmente templado y revenido con una re
sistencia entre 800 y 1000 MPa. 

El agente agresivo empleado ha sido una solución al 3,5% en peso de Na 
Cl en agua destilada con un pH variable durante la experimentación entre 
5.5 y 5.7. 

TABLA 1 - Composición química, % en peso 

e S p Mn Si Cr M o -------
0.35 0.009 0.015 0.72 0.23 0.99 0.16 

3.- PROCESO EXPERIMENTAL 

3.1. Caracterización mecánica 

Los ensayos mecánicos en CBT se hicieron sobre probetas tipo DCB que 
fueron mecanizadas, fisuradas por fatiga una longitud próxima a 1 mm. y tra 
tadas térmicamente como más adelante se describe. Tras ello fueron cargadas 
mediante un sistema de tornillos y sumergidas en la solución agresiva. 

Durante la carga se controló el factor de intensidad de tensiones me
diante la medida de la longitud de fisura y del desplazamiento relativo de 
los brazos de la probeta por medio de un extensómetro tipo C.O.D., en base 
a la determinación previa de la variación de la flexibilidad de la probeta 
con la longitud de fisura /3/. 

Con los datos obtenidos en la experimentación se dibujaron las curvas 
caracteristicas de comportamiento en CBT de cada probeta mediante la rela
ción del factor de intensidad de tensiones, K , con el logaritmo de la ve
locidad de avance de la fisura, da/dt, (Figuri 1), determinándose el estado I, 
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de parada, por el valor umbral K y el estado II, de propagación, por 
Iscc 

la velocidad da/dt. 

Para las condiciones de experimentación usadas, el desplazamiento en 
la linea de carga se mantiene constante por lo que la propagación de la 
fisura es estable, yendo del estado de propagación al de parada. Así, so
bre cada probeta se han llevado a cabo al menos dos procesos completos de 
ensayo, observándose una repetitividadaceptable de los resultados obteni
dos (dispersión < 10 %) . 

3.2. Tratamientos Térmicos 

Los tratamientos térmicos a que fueron sometidas las probetas para rno 
dificar las variables rnicroestructurales cuya influencia se pretende anali
zar pueden ser agrupados en tres series: 

serie A : 

Serie B 

Serie C 

Las probetas de esta serie fueron austenitizadas a cinco tempera 
turas diferentes entre 825 y 1.000°c y tras ello templadas en 
aceite. Así se consigue variar el tamaño de grano austenítico y 
la resistencia de acuerdo con la ley de Hall-Petch, con una mi
croestructura rnartensitica. 

Las probetas de esta serie fueron austenitizadas a 825°C y tras 
ello templadas en aceite Ó finalmente revenidas a temperaturas 
variables entre 200 y 500 c. Asi se consigue un tamaño de grano 
constante y una resistencia gradualmente decreciente acorde con 
la variación rnicroestructural. 

Las probetas de esta serie fueron austenizadas a temperaturas d~ 
ferentes tras lo cual fueron templadas en aceite y revenidas a 
400°C todas ellas. Así se consiguió un tamaño de grano variable 
con precipitación en el borde y una rnicroestructura y resisten
cia similares. 

En la Tabla 2 se resume este esquema de tratamientos térmicos así corno la 
dureza Vickers obtenida corno medida indirecta de sus resistencia mecánica. 

La Figura 2 muestra la variación de tamaño de grano con la temperatura de 
austenitización en la serie A tras un ataque de solución acuosa saturada 
de ácido picrico en caliente /4/. 

Serie A 

TABLA 2 - Tratamientos térmicos 

Temperatura de 
austenitización(°C) 

Al(BO) 825 
A2 860 
A3 900 
A4 950 
~ 1000 

Temperatura 
de revenido(°C) 
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Dureza Vickers 

582 
580 
567 
560 
540 



Serie B BO (Al) 825 580 
B1 825 200 540 
B2 825 300 505 
B3(eO) 825 400 460 
B4 825 425 440 
BS 825 450 425 
B6 825 500 390 

Serie e eO(B3) 825 400 460 
el 900 400 455 
e2 1000 400 450 

3.3. Microscopia electrónica 

Tras la rotura de las probetas se hizo sobre ellas un análisis fracto
gráfico de la superficie de rotura por microscopia electrónica de barrido 
(SEM) , mostrándose el carácter intergranular en todas ellas excepto en las 

o 
probetas con revenidos a 450 y 500 e en las que el modo de fractura fué 
transgranular. 

También se hizo una observación por microscopia electrónica de trans
misión (TEM) sobre muestras de las probetas tratada:: , observándos.: i:anto la 
microestructura de martensita dislocada (Serie A) o martensita (Series B y 
e), como la morfologia del borde de grano, limpia (Serie A) o con precipita
ción (Series B y e), asi como su espesor. 

4.- RESULTADOS 

Los resultados de la caracterización mecánica de estas probetas en co
rrosión bajo tensión, que se reflejan en sus curvas caracteristicas, han s! 
do correlacionados con las variables microestructurales mencionadas obtenién 
dose las relaciones que a continuación se comentan y se resumen en la Tabla-
3. 

Probeta 

Al 
A2 
A3 
A4 
AS 

BO (Al) 
Bl 
B2 
B3 
B4 
B5 
B6 

eo (B3) 
el 
e2 

(*) 

TABLA 3-

K Isrx:: 
(MPa.mf) 

9.9 
11.7 
13.6 
15. 1 
16.8 

9.9 
12.5 
16.1 
19.8 
22.5 
75 

130 

19.8 
20 
18.2 

para KI 

Resultados numéricos 

da/dt para K ~30 
-1 I 

(m. s ) 

1.5 10-6 
1.3 10-6 
1.7 10-6 
1.2 10-6 
1.6 10-6 

1.5 lo-6 

1.5 10-6 
1.5 10-6 
1.3 10-6 
0.3 10-6 
4.2 l0-8 ( *) 

4.0 10-8 ( **) 

1.3 10-6 

1.4 10-6 
1.1 ro-6 

lOO MPa.m ! (**) 
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de la caracterización en eBT 

Tamaño de grano (TG) 

Tamaño Z .P. (KI=K ) Iscc 

22 
23 
28 
29 
32 

22 
12 
6.5 
3.5 
2.5 
0.21 
0.06 

3.5 
8.4 

20 

para Kr=lSO MPa.m! 



La Figura 3 muestra la variación de los parámetros básicos CBT(K 
y da/dt en estado II) en la Serie A con la temperatura de austenitiza~I8g. 
Los valores crecientes de K están relacionados con el tamaño de grano 
en la·Figura 4 y la resiste~~I~ mecánica en la Figura 5, mostrando que si
guen la regla general de que mejoras en la resistencia a la CBT(del orden 
del 60%) están asociadas a pérdidas en el nivel resistente (del orden del 
7%), que en este caso son debidas al aumento del tamaño de grano. La Figu
ra 3 muestra también que no se observan cambios en la velocidad de propa
gación en estado II para rotura intergranular a pesar de la variación del 
tamaño de grano. 

La Figura 6 muestra la variación de los parámetros básicos en CBT en
tre las probetas de la Serie B con la temperatura de revenido. Se observa 
que los valores de K aumentan suavemente hasta el revenido a 425°c en 
el rango 10-20MPa.m!~s?cbrúscamente a partir de esa temperatura hasta valo 
res de 70 y 130 MPa.m!. Asimismo no hay variación en la velocidad de pro-
pagación en estado II, con valores análogos a los de la Serie A, cuando la 
propagación es intergranular, pero cuando ésta es transgranular, su veloc~ 
dad se hace 30 veces menor. En la Figura 7 se observa cómo se correlacio
na la pérdida gradual de resistencia en el revenido con una mejora en la 
resistencia a la CBT, mejora que es brusca a partir del revenido a 450°C 
que no se corresponde con ninguna variación microestructural repentina en 
esa temperatura. Este escalón está asociado al cambio en el tipo de frac
tura observado, de intergranular a transgranular, así como a un importante 
descenso en los valores de la relación tamaño de grano -tamaño de zona plás 
tica (TG/ZP),(Tabla 3). -

Para las probetas de la Serie C, la Figura 8 muestra que no hay varia
ciones importantes tanto en la velocidad de propagación como en el valor um 
bral K con la temperatura de austenitización y por tanto con el aumento 
del ta~~gg de grano en el revenido a 400°C. 

5.- DISCUSION 

Los resultados obtenidos permiten hacer las siguientes consideraciones: 

- La variación de K
1 

en las probetas templadas de la Serie A no pue-
d l . d l . scc t é . d . e ser exp ~ca a exc us~vamente por aspec os geom tr~cos en para a, que ex~-
girian un valor constante en la relación tamaño de grano a tamaño de zona 
plástica /5-6/ (Figura 9) . Ello conduce a un análisis del efecto de la varia 
ción del borde de grano con la temperatura de tratamiento /7/, del que se' 
desprende que la deformación del borde de grano juega un papel importante en 
el control de la rotura intergranular para las condiciones de esta serie, en 
cuyas probetas no se observa precipitación en borde de grano. 

- La Serie B de probetas revenidas nos muestra un escalón de mejora en 
la resistencia a la CBT en la transición de rotura intergranular a transgra
nular, que no va acompañada de una variación microestructural brusca, y cuya 
explicación se debe al cambio de micromecanismos que controlan las condicio
nes de rotura, asociados a una variación en la relación TG/ZP desde valores 
superiores a la unidad (mínimo observado:2.5) a valores muy inferiores a la 
misma (máximo observado: 0.21), descrita en anteriores trabajos /8/. Para 
temperaturas de revenido inferiores a la transición, rotura intergranular, 
la variación de K se asocia a la variación observada en la precipitación 
en borde de grano;s~gsibles puntos de inicio de decohesión al alcanzar una 
concentración critica de hidrógeno en el proceso de CBT /9/. Para temperatu
ras superiores a la de transición, rotura transgranular, la variación de 
K se asocia a la variación microestructural debida a los tratamientos. 
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- En las probetas de la serie e, de acuerdo con lo dicho para las rot~ 
ras intergranulares de la Serie B, no cabe esperar grandes diferencias de 
comportamiento, como efectivamente sucede, al tener el mismo tipo de borde 
de grano con precipitaciones. 

- Las únicas diferencias en cuanto a la velocidad de propagación en 
estado II, están asogiadas a la transición intergranular-transgranular, va
riando desde 1.5.10- ms-1 a 4.1o-8ms- 1 . Este descenso se atribuye a la di
ferente velocidad de difusión del hidrógeno por borde de grano y por el in
terior del mismo, fenómeno que controla la velocidad de propagación de las 
fisuras en los procesos de CBT analizados /10-11/. En fractura intergranular 
es la difusividad por el borde de grano la que determina la velocidad de pro 
paqación de la fisura a lo largo de dichos bordes, sin embargo en fractura 
transgranular la velocidad de propagación depende de la difusividad del hi
drógeno a través de la red, mucho más lenta. 
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EVALUACION DEL CRECIMIENTO DE GRIETAS POR CORROSION BAJO TENSION 
EN ALEACIONES AL-ZN-MG-CU 

J.Oñoro López , A. Moreno González, C.Ranninger Rodríguez 

EscueZa Técnica Superior de Ingenieros Industriales. 
Departamento de Ingenieria Metalúrgica. 
MADRID 

Las aleaciones de aluminio de alta resistencia del grupo Al-Zn-ft~-Cu han 
presentado desde su aparición problemas de agrietamiento por corrosión bajo te~ 
sión. La reparación y sustitución de un. gran número de componentes que presen
taba este tipo de defecto ha producido pérdidas económicas elevadas tanto en la 
reparación como en inmovilización de los equipos. 

El Departamento de Metalurgia de la E.T.S.I. Industriales de Madrid está 
realizando una serie de ensayos de corrosión bajo tensión en diferentes medios 
agresivos sobre la aleación L-3?10 (?0?5), perteneciente a este grupo. En este 
trabajo se presenta la caracterización del proceso de corrosión bajo tensión 
de esta aZeación en diferentes estados de tratamiento térmico, asi como la mode 
lización del agrietamiento a partir de las curvas velocidad de propagación de -
grietas en fUnción deZ factor de intensidad de tensiones (curvas V-K) obtenidas 
en ensayos DCB (Double CantiZever Beam). Este modelo podrá generalizarse, para 
estructuras sometidas a un sistema de cargas complejo, una vez introducido en 
el programa de "evaluación automática de defectos en componentes mecánicos 11 de
sarrollado por e Z Departamento. 
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1.- INTRODUCCION 

Las aleaciones de alta resistencia del gruoo AL-Zn-Mg-Cu tienen una im 
portante aplicación como elementos resistentes en conjuntos estructurales -
fabricados con aleaciones de alumnio. A pesar del buen comportamiento gene 
ral de estas aleaciones, se han producido pérdidas económicas de considera~ 
ción al tener que proceder a la reparación y sustitución de piezas fabrica
das con estos materiales asi como inmovilización de los equipos en los que 
aparecen grietas producidas por un fenómeno de corrosión bajo tensión. 

En la actualidad el proceso de agrietamiento por corrosión bajo tensión 
en estas aleaciones no se encuentra totalmente explicado /1 ,2/, lo que lle
va a que las mejoras realizadas en los últimos años en calidad de fabrica-
ción y desarrollo de nuevos tratamientos térmicos, aunque han conducido a -
una mejora en las caracteristicas de la aleación frente a la corrosión /3,4/ 
sin embarqo no se dispone de un método suficientemente versatil paraevaluar 
el proceso del crecimiento de grietas ya producidas, aunque de pequeña con
sideración, así como la vida útil de una estructura agrietada dentro de un 
margen de seguridad aceptable. 

2.- MODELIZACION DE LA CORROSION BAJO TENSION 

Con la intención de paliar en lo posible esta circunstancia, se han de 
sarrollado, en los últimos años, una serie de métodos empíricos que preten 
den dar una interpretación cuantificada del efecto de la corrosión, a tra-~ 
ves de una serie de parámetros que principalmente dependen de la estructura 
metalúrgica y el nivel de esfuerzos sobre el material /1 ,2,3/. En la mayo-
ría de los casos la dificultad de aplicar estos modelos se encuentra en la 
difícil cuantificación de los parámetros considerados. 

Teniendo en cuenta la forma que adoptan las curvas V-K en la corrosión 
bajo tensión de estas aleaciones (figura 2), el fenómeno del agrietamiento 
parece seguir dos procesos distintos, correspondientes a las zonas I y II -
de dichas curvas. De acuerdo con esto el modelo utilizado tendrá dos formu 
laciones diferentes: 

Los parámetros A,B y C los obtendremos a partir de las curvas experi
mentales mediante una aproximación por mínimos cuadrados. Los resultados ob 
tenidos solamente podrán ser usados para la interpretación de condiciones ~ 
semejantes a las ensayadas, dado que estos tres parámetros engloban toda -
una serie de condiciones y características metalúrgicas que variarán en for 
ma muchas veces considerable según la aleación, tratamiento térmico y condi 
ciones ambientales en las que se produzca el agrietamiento. 

La facilidad de evaluación y obtención de los datos, así como su apli
cación a la práctica puede compensar la necesidad de tener que calcular los 
parámetros considerados para cada aplicación expecífica en que vaya a inte~ 
venir alguna de estas aleaciones. La disponibilidad de un banco de datos 
con los valores contrastados de estos parámetros resolvería directamente un 
elevado porcentaje de los problemas existentes en la práctica. 
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La introducción de esta formulación en el programa desarrollado en el 
Departamento de Ingeniería Metalúrgica de la E. T .S. I. Industrial·es de Ma-
drid de "evaluación automática de defectos en componentes mecánicos" permi 
tiría conocer el progreso del agrietamiento en un~ estructura en condic~o: 
nes de corrosión bajo tensión de forma que se opti~izara su rendimiento -
antes de proceder a la reparación o sustitución de alguna de sus partes. 

3.- TECNICA EXPERIMENTAL 

Los ensayos experimentales se han realizado sobre chapa de 25 mm. de -
la aleación L-3710 (7075), pertenenciente al grupo Al-Zn-Mq-Cu, cuya compo
sición nominal se muestra en la tabla 1. 

La propagación de grietas por corrosión bajo tensión se estud~Ó utlll
zando probetas preagrietadas DCB (Double Cantilever Beam) (figura 1), ex--
puestas en distintos estados de tratamiento térmico a un baf1o cont1nuo de -
solución acuosa de ClNa al 3,5 %. El ensayo se detuvo después de 10 día~ en 
los que no se apreció crecimiento en la grieta. La tensión fué apl1cada. en 
todas las muestras, en la dirección transversal corta. 

La medida de la longitud de grieta en función del t~empo nara cada una 
de las probetas permitió· obtener la curva de velocidad de nronagación en 
función del factor intensidad de tensiones (curvas V-K) por medio de la e
cuación. 

K¡ -
ó Eh (a + o ,6ht + 

4 [ ( a + o ,6h¡3 + 

Donde E es el módulo de elasticidad, h el semiespesor de la nrobeta, 1 

la longitud de la grieta y o el desplazamiento en la línea de anlicación de 
la carga. 

4.- INTERPRETACION DE RESURTADOS 

Las curvas V-K obtenidas en los ensayos DCB pueden arreciarse en la f~ 
gura 3 en la que se observa una significativa diferencia entre la velocidad 
de agrietamiento entre unos y otros tratamientos térmicos, las razones de -
este comportamiento se explicaron en un trabajo anterior /5/. 

Con los datos obtenidos en estos ensayos se ha realizado la aproxima-
ción por mínimos cuadrados para obtener los valores de los parámetros A,B y 
C de la formulación propuesta, cuyos valores estan reflejados en la tabla 
2 para cada ensayo y en cada uno de los tratamientos térmicos estudiados, -
así como los valores de la formulación nropuesta para cada uno de los casos. 

La representación gráfica del modelo desarrollado con los parámetros -
calculados experimentalmente se muestra en la figura 3 en donde nuede apre
ciarse su semejanza con las curvas reales de corrosión bajo tensión de la -
figura 2. 

5.- CONCLUSIONES 

La utilización de una modelización con rarámetros obtenidos exoerimen
talmente permite llegar a unos resultados muy similares a los reales, con -
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una gran ranidez de cálculo, dada la sencillez de operación y ejecución de 
la formulación propuesta. 

Los parámetros A,B y C obtenidos en este trabajo cubren un marqen muy 
escaso dentro de los posibles existentes en aplicaciones prácticas; sin em
bargo se está continuando con estos trabajos para contar en poco tiempo con 
un banco de datos más extenso. Estos parámetros macroscópicos dependen a su 
vez, como ya se ha mencionado, de una serie de parámetros exteriores y mi-
croestructurales, cuya caracterización y cuantificación constituye otra li
nea de trabajo actualmente en ejecución. 

La introducción de este modelo en el programa de "evaluación automáti
ca de defectos en componentes mecánicos" permitirá generalizar la evalua--
ción del .crecimiento de grietas en corrosión bajo tensión a cualquier es--
tructura sometida a carga compleja, obteniendose datos de velocidad de a---

q.cietamiento y tiempo de vida esperado. 
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Al Zn ~lg Cu Cr Si Fe Mn 1 1 

9 o' 1 7 S, S 2 '3 1 '6 o' 2 1 0,06 o' 11 0,03 0,02 

Tabla 1 . L-3710 (7075) 
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V KI PARAMETROS VELOCIDADES 

0,005 4 
0,06 4 A=9 ,5 .10 -4 

T6 0,2 4 8=1,06 VI=9,5.10-4.e1,06K¡ 

0,3 4,5 C=2 
Vu=2 

0,4 5 
0,8 7 

0,0004 23 
0,003 23 A=3,2.10 -9 V

1
=3,2.10-9 .e0 ' 57KI 

T6 RR 0,005 24 8=0,57 Vu=0,01 
0,007 25 C=0,01 

1 
0,009 26 

1 0,01 27 ____ J 
0,0004 42,.5 1 

A=1 ,45.10-18 -18 O 8K 1 

T73 0,002 43 v1=1,45.10 .e • T 

0,003 43 8=0,8 V II=0,004 
0,0035 44 ,5 C=0,004 

Tabla.2.- Valores de los parámetros A,B,C y de la formulación propuesta 

_.L 
-----· 

Fig.1.- Probeta DCB (double cantilever beam). 
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FRACTURA DUCTIL DE UN ACERO A533B-l: RELACION ENTRE LA TENACIDAD 
Y EL COMPORTAMIENTO MICROSCOPICO 

J.L.Viviente Solé, A.Martín Meizoso, J.M.Rodríguez Ibabe, J.Gil Sevillano 
y M. Fuentes 

Centro de Estudios e Investigaciones Técnicas de Guipúzcoa 

BQ Ibaeta,s/nQ - 20009 SAN SEBASTIAN 

Aplicando un criterio local de fractura dúctil a Zas condiciones de tensiones y 
deformaciones existentes en Za zona plástica asociada al borde de una grieta car 
gada en modo I, es posible derivar la condici6n cr-itica rracrosc6pica de fractura 
dúctil, J • EZ criterio comunmente aceptado de fractura dúctil. es Z.a superaci6n 
de una deYorrraci6n equivalente critica, . Ef' función del estado hidrostático de 
tensiones presente, o /cr, sobre una distancia m'inirra, x11, reZacionada con los pa 
rámetros microestruc~rales responsables del. daño que degenera en la frac~ra -
dúctil. En un acero A533B-1 se ha medido E (a /o) a diferentes temperaturas y 
se han obtenido valores te6ricos de K~ c~ar~les con los experimentales -uti
Z.izando un valor de xd también compat~Sle con la microestruatura del acero- a 
temperaturas superiores a Za ambiente ( "upper she Z. f"). En Za zona de transici6n, 
sin embargo, Zas medidas experimentaLes no pueden aparentemente expZiaarse por 
el modeZo. 

A critical local fracture strain model is used to describe the variation of upper 
sheZf fracture to~hness with temperature and strain rate for an A533B-1 steel . 
Fracture strain (E ) va~ues as function of the stress state (cr /~) were determi
ned from axisymmetf.ic and pZane strain notched tensiZe tests a~ different tempe
ratures. Experimental K. vaZues at upper sheZf temperatures can be predicted by 
the modeZ using a chara~€eristic distance Xd reZated to the steeZ microstructure. 
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1.- INTRODUCCION 

En esta comunicación se analiza la tenacidad a la fractura dúctil, K. , 
de un acero A533B-1 en base a los procesos de fractura que tienen lugar aJC 
escala microscópica. Se pretende explicar la influencia de la temperatura s~ 
bre la tenacidad y comprender el papel de los parámetros microestructurales 
responsables del daño que degenera en la fractura dúctil. 

1.1.- Criterios macroscópicos y microscópico de fractura dúctil 

Desde el punto de vista macroscópico la condición crítica de propagación 
de una grieta viene determinada por"el factor crítico de intensidad de ten
siones", K.. , que depende de la composición y estructura y es también sensi
ble a la t~peratura y a la velocidad de aplicación del esfuerzo 

K. K. (estructura, T, e) 
JC JC 

Microscópicamente, el proceso fundamental que subyace a las fracturas 
dúctiles es la nucleación, crecimiento y posterior coalescencia de los huecos 
generados por deformación plástica a partir de la descohesión o fractura de 
inclusiones o segundas fases. 

El criterio natural de fractura dúctil es la deformación crítica de frac
tura, Ef , fácilmente relacionable con la microestructura. Por ejemplo, Rice 
y Trace~ /1/ proponen la siguiente expresión de la velocidad de crecimiento de 
huecos esféricos en función del estado triaxial de tensiones no teniendo en 
cuenta el endurecimiento por deformación del material 

dR 
__2_= 

R p 

cr 
0.28 d € exp (1.5 ~ 

p ~ 

cr 
1 1 1 

donde R es el radio del hueco, o la componente hidrostática de la tensión y 
o la teRsión equivalente. m 

Si suponemos que las partículas que dan lugar a la formación de los huecos 
poseen un diámetro d y se encuentran espaciadas una distancia d , tomando co
mo radio inicial d /~ y como final dp/g e integrando la ecuaciófi anterior, se 
obtiene la siguien~e expresión de la deformación a fractura E (suponiendo des-
preciable la deformación para nucleación) f 

= 
ln (d /D ) 

p p 
0.28 exp (1.5 cr /0) 

m 
1 

2 
1 

1.2.- Relación entre los criterios macroscópico y microscópico de la frac
tura dúctil. 

K. , criterio de rotura de la Mecánica de la Fractura es la manifestación 
macrosa8pica del proceso de fractura dúctil y lógicamente es relacionable con 
el criterio microscópico de nucleación, crecimiento y coalescencia de huecos, 
aplicando este último a las condiciones existentes en la zona plástica al bor
de de la grieta. 

Se acepta /2,3/ que la deformación equivalente crítica, Ef , función del 
estado hidrostático de tensiones local, ha de ser superada sobre una distancia 
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xd relacionada con los parámetros microestructurales responsables del daño 
que degenera en la fractura dúctil, tal que se asegure la propagación indefi 
nida de la grieta: 

E (x) ~E (x) , x ~ xd 
p f 

En primera aproximación, xd seria la distancia promedio entre núcleos, 
fig. 1. 

2.- MEDIDA EXPERIMENTAL DE LA DEFORMACION CRITICA PARA FRACTURA DUCTIL, s 
f 

La composición del material utilizado, un acero SA533B-1 con estructura 
bainitica revenida se detalla en la Tabla 1. Sus propiedades mecánicas conven
cionales se midieron a distintas temperaturas en ensayos de tracción. 

2.1.- Ensayos de fractura 

Se han utilizado probetas axisimétricas y planas de tres tipos, fig.2, 
de geometria sirni,lar a la empleada por otros autores /4/. Las probetas se me
canizaron con orientación T-S. 

Los ensayos de tracción se llevaron a cabo en una máquina Instron TT-DM-L 
de 10 Tn. de capacidad, bajo control de posición registrándose la carga aplica
da y la disminución de la sección en la parte entallada de la probeta. Para p~ 
der medir la variación en el diámetro, se utilizó un extensómetro dinámico 
axial, modelo Instron 2620-601 de ~5mm de carrera, acoplado a un dispositivo 
capaz de proporcionar las variaciones diametrales de la probeta en el punto de 
minima sección. 

Se realizaron ensayos a 4 tempe~aturas diferentes -70,20 (condiciones am
bientales de laboratorio), 100 y 180-c. En estos dos últimos casos y a -70°c, 
los ensayos se llevaron a cabo en el interior de una cámara ambiental, modelo 
Instron 3110. 

Como punto de iniciación de la fractura se consideró aquél en el que la 
tensión real soportada por la probeta comienza a disminuir. Las velocidades de 
deformación media a las que se realizaron los ensayos variaron entre 10-3 y 
10-4 s-1. 

2.2.- Resultados 

En las probetas axisimétricas sin entalla, crm/cr y s se determinaron 
realizando la corrección de Bridgman por estricción /5/. tn las probetas pla
nas sin entalla, a (O se consideró igual a 0.58, es decir, se ignoró la desvia m 
ción respecto a la deformación plana pura. Sin embargo los valores de t:f' han 
sido calculados teniendo en cuenta las contracciones laterales de las probetas 
medidas en la dirección supuestamente invariante. 

Para la determinación de crm/cr y sf' en las probetas con entalla se utiliza
ron las soluciones numéricas publicadas por Hancock y Brown /4/. 

Los pares de puntos (E:f ,om/cr ) obtenidos a diferentes temperaturas se han 
representado en la figura 3. En las cuatro temperaturas se aprecia que a medida 
que disminuye el estado de triaxialidad de tensiones aumenta el valor de la de
formación critica para fractura, con un comportamiento semejante dE las probetas 
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planas y las axisimétricas aúnque las probetas planas sin entallas presentan 
una deformación a fractura menor que las axisimétricas. 

2.3.- Ajuste de los resultados 

Como puede observarse, no existe una diferencia relevante entre los en
sayos realizados a diferentes temperaturas, pudiendose atribuir a la disper
sión de los resultados. Ritchie y col./3/ con un acero similar al nuestro(pe
ro con una mayor concentración de impurezas) , tampoco observaron una influen
cia de la temgeratura so~re s . Por ello se procedió~ en el rango dúcti~ 
(20,100 y 180 C), a un a]ustefde todos los puntos(ln E: amf<1 ) por min~mos 
cuadrados con vistas a la obtención de una deformaciónfbritica a fractura me
dia, obteniéndose la expresión 

3.261 
1 3 1 

exp ( 1. 859 a·mfo ) 

representada en la figura 3 junto con su banda de comportamiento para unos li 
mites de confianza del 95%. 

3.- MEDIDA EXPERIMENTAL DEL FACTOR DE INTENSIDAD DE TENSIONES CRITICO,K. 
JC 

3.1.- Ensayos 

La técnica empleada es la especificada en la norma ASTM E813/6/. Se util~ 
zaron probetas compactas de tracción con orientación ~-S de 25 mm de espesor 
provistas de entallas laterales de 2.5 mm. de profundidad. 

o Los ensayos J se realizaron a -70,-40, temperatura ambiente, 150 '! 285 C. 
en una máquina servohidraúlica de 100 KN de capacidad, Instron 1342, operando 
bajo control de posición, con una velocidad del actuador de lmm/100 seg. En e~ 
da ensayo se registró la carga , el desplazamiento y la apertura de los labios 
de la fis'.lra sobre la linea de carga. La apertura se midió directamente con un 
extensómetro tipo "clip" en los ensayos a -70,-40 y temperatura ambiente y me
diante un varrillaje coaxial de Inconel dotado de un LVDT a 150 y 285°C.Se uti-
lizó una cámara ambiental modelo Instron 3110. . 

3.2.- Resultados 

Dentro del rango 
turas dúctiles 
con iniciación dúctil 

o de temperaturas de ~nsayo -70 a 285 e se presentan frac-
(temperatura ambiente, 150,285°C) y fracturas mixtas 

y posterior propagación frágil (-70,-40°C.) 

En la tabla 2 se representan los valores del factor de intensidad de ten
siones critico para propagación dúctil, Kjc' y para propagación frágil,KIC 1 

obtenidos a partir de Jic" 

o 
A -70 C. 1 de los cuatro ensayos J sólo uno de ellos cumple la norma ASTM 

E813, fallando los otros tres por insuficiente propagación estable (lla<0.15mm) 
antes de la inestable que en ellas se produjo. Se calculó J , como otros auto 
res /?/,considerando la recta entre el punto válido y el máªcpróximo a él, de
lla=0.125 mm. 1 ya que la pendiente obtenida tenía un valor semejante al de otras 
temperaturas. 
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4.- RELACION ENTRE LA TENACIDAD Y LA DEFORMACION CRITICA A FRACTURA 

En la figura 4 se representan la deformación plástica equivalente, 
EP (a /O.x), y el estado hidrostático de tensiones, am/o(x) al borde de una 
griet!:_l frente a x/o , siendo o el CTOD, obtenidos segun Rice y Johnson /8/ y 
McMeeking /9/ (tomada de Ritchie y Thompson /10/) junto a la expresión de la 
deformación critica a fractura media, E"f , obtenida experimentalmente. 

Según McMeeking /9/ para un material que endurezca de acuerdo con la 
ecuación de Hollomon ( ~= a (t./E )n) la abertura del borde de la grieta, 8 , 
depende del factor de intentidadyde tensiones aplicado. Se tiene la expresión 
para K 

(l+v:)o G a 
K 

Para o , es decir K. , la condición crítica es 
e JC 

¡-;f(am/ a)/ t . 1 =/t. (a /a,x )/ . t ma erJ...a p m d grJ...e a 

que corresponde para nuestro acero a: . 

Xd= 0.51 oc 

E'f (Xd) =0. 7 

1 4 1 

Sustituido en la expresión de McMeeking, el factor critico de intensidad 
de tensiones, K. , queda 

JC 

K. = JC 
, 1 (1+n)a !h nGI n 

y 
1 

5 
1 

Bl límite elástico del acero, determinado a T~300°K por deslizamiento co~ 
trolado por obstáculos, depende de la temperatura y velocidad de deformación 
según: 

a 
y 

* G 

119 

* 4 -4 con G = 10 (6.534-4.5x10 T) 

1 6 1 

Siendo K bastante sensible al valor del índice n, se ha tenido en cuen
ta su dependeflgia respecto a la temperatura, determinada a partir de ensayos de 
tracción realizados a temperatura ambiente, 80 y 150°c y É= 1o-3-1o-2 s-1 

n = 2.598xT-
0

·
4745 

1 
7 

1 

LOs resultados experimentales de la tenacidad a fractura dúctil o frágil 
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(A. Martin y col. /11/) asi como las predicciones teóricas se representan en 
la figura 5 en función de la temperatura. Los valores teóricos son aceptables 
si 50 < xd < 80 ]lm . 

o 5 
2 

2 
De la expresión N = ( ---·- )y la distribución de partículas por mm 

(t>ti) frente ti (tama~o de Xd partícula) puede determinarse el número de nú 
cleos críticos por mm2 y por tanto qué tamaño mínimo de partículas determina
la distancia critica. Para Xd=80]lm correspondería 39 núcleos críticos por mm2 

lo cual puede interpretarse, de acuerdo con la distribución de inclusiones no 
metálicas en el acero, como que la distancia crítica la determinan las inclu
siones de tamaño medio superior a l]lm(fig. 6). 

5.- ANALISIS DE LOS RESULTADOS 

A temperaturas superiores a la ambiente ("upper shelf") los valores teó
ricos de K. son comparables a los experimentales utilizando valores de 
patibles cÓg la distribución de inclusiones no metálicas del acero. Por 
lado la tenacidad predicha por el modelo presenta una dependencia mucho 
suave respecto a la temperatura que la experimental. 

xd co~ 
otro 
más 

Nosotros hemos considerado una deformación critica media, sin tener en 
cuenta el tipo de deformación (plana o axisimétrica) y en principio suponiendo 
una completa independencia respecto a la temperatura. Pero si observamos los da 
tos de ef (am/0) podemos apreciar una ligera dependencia respecto a la tempera~ 
tura sobre todo en las probetas de deformación plana, que nosotros hemos consi
derado en principio debida a la dispersión donde la deformación crítica para 
fractura disminuye a medida que aumentamos la temperatura y con ello Xd/óc au
mentaría. 

En la zona de transición, sin embargo, las medidas experimentales no pue
den aparentemente explicarse por el modelo, ya que a medida que disminuye la t~ 
peratura, ef se ve afectada, el limite elástico aumenta y los valores del índi
ce n no varian apenas. La única posibilidad es que x sufriera un fuerte descen
so que crnt~arrestarael aumento de a • Pero resulta aificil explicar una fuerte 
variación de Xd por debajo de temper~tura ambiente sin queefse vea afectada. 
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TABLA 1 - Composición del material (% peso) 

e Mn Si Ni Cr Mo S P Cu Al V 

O, 18 1,41 0,245 0,565 o, 185 0,49 0,005 0,009 0,17 0,~21 0,005 

TABLA 2·- Factor critico de intensidad de tensiones. 

COALESCENCIA DESCOHESION 
TEMPERATURA t::. 

K. JIC 
amáx K J 

(!?C) PROBETA JC 
Ic Ic 

(MPaliñ) (KJ/m2) (mm) (MPalñi) 
? 

(KJ/m-) 

108 83,22 32,98 "' 0.009 "'83,22 32,98 

lOS 160,15 122,15 "' 0.05 "-'160,15 122,15 

-70 

106 
116,09 64,17 

O, 18 213,35 216,75 

107 0,125 188,97 170,05 

-40 
42,43 200 190 0.79 290 399 
51,52 (Prob.42) 

20 
100,103,53 246,97 290,45 S, 18 537,13 -
104,102,119 (Prob.1 03) 

116,200 
150 114, qs 189,43 170,88 - - -

110,112 
285 111,113 

1 52., 79 111,16 - - -

E (K) 

X 

Fig. 1 - Esquema de las condiciones locales al frente de una grieta en función 
de la distancia para una situación subcritica y para la critica de pr~ 

pagación dúctil. 
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Fig. 2~a} Probetas axisimétricas 
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Fig. 2-b) Probetas de deformación plana. 
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Fig. 3 - Resultados experimentales obtenidos en los ensayos de tracción 

Fig. 4 -

(los puntos sombreados corresponden a ensayos de deformación plana). 
Ajuste medio de los resultados obtenidos a 20,100 y 180°C. y su li
mite de confianza del 95%. 

o. 
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3.261 
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x/.f 
Distribución de la deformación plástica equivalente local E , y del 
estado triaxial de tensiones om/o al frente de una grieta psegún 
Rice y Johnson /8/. Superpuesta (a puntos) la curva experimental de 
deformación efectiva para fractura dúctil obtenida, asi como la con 
dición critica x /o . 

e e 
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Fig. 5 - Resultados experimentales de la tenacidad a fractura junto a 
la predicción teórica. Para la zona frágil, predicción teóri 
ca según /11/. 
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Fig. 6 - Distribución de tamaños de carburos e inclusiones no metálicas 
en el acero, indicándose el tamaño medio de inclusiones minimo 
que determina la distancia caracteristica xd = 80 ~m. 
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MEDIDA LOCAL DE LA DEFORMACION CRITICA NECESARIA PARA EL 
INICIO DE LA PROPAGACION DUCTIL DE GRIETAS EN UN ACERO 
A533B-1. 

J.L. Viviente Solé, J.M. Rodriguez Ibabe, A. Martin Meizoso, 
J. Gil Sevillano y M. Fuentes Pérez. 

CEIT(Centro de Estudios e Investigaciones Técnicas 
de Guipúzcoa) , 
B2 Ibaeta, s/n, 20009-SAN SEBASTIAN 

La fractura dúctil tiene lugar por nucleación, crecimiento y coalescen
cia de cavidades surgidas por descohesión de inclusiones ó segundas fases. El 
cambio de forma desde el núcleo inicial hasta la cavidad final es relaciona
ble con Ef y om/cr . En esta comunicación se presentan correlaciones entre ef 
y diferenEes parámetros geométricos de los alvéolos en probetas de acero 
A533B-1. Las correlaciones se pueden usar para determinar indirectamente la 
deformación local en la zona d~ inicio de propagación dúctil de grietas en el 
mismo acero. 

The ductile fracture involves nucleation, growth and coalescence of voids 
by decohesion of inclusions or second phase particles. The shape change from 
the initial nucleus to the final void is related to E:- and om /cr. In this com
munication relations between ef and different geomet;.[c parameters of the voids 
in A533B-1 steel specimens are presented. The correlations permit an indirect 
estimation in the same,steel of the local deformation in the starting zone of 
ductile crack propagation. 
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1.- INTRODUCCION 

La fractura.dúctil tiene lugar como consecuencia de un proceso de nuclea
ción, crecimiento y coalescencia de cavidades surgidas a partir de la descohesión 
o fractura de inclusiones y particulas de segunda fase, caracterizándose las su
perficies de fractura por encontrarse tapizadas de alvéolos. 

Para un estado hidrostático de tensiones dado, a /a, tanto la nucleación co
mo el crecimiento de las cavidades están relacionadosmcon la deformación plásti
ca equivalente, por lo que ~xiste una deformación equivalente critica para que 
ocurra la fractura dúctil, Ef' función del estado hidrostático de tensiones. 

De entre los modelos que tienen en cuenta la influencia de la deformación 
plástica ydel estado de triaxialidad de tensiones sobre el cr,ecimiento de huecos 
destaca el desarrollado por Rice y Tracey /11. Dichos autores proponen la siguien
te expresión de la velocidad de crecimiento de huecos esféricos no teniendo en 
cuenta el endurecimiento por deformación del material: 

donde R es el radio del hueco. 
p 

dR 
p 

R 
p 

0'283 d E 
p 

a 
exp ( 1 'S_m_) 

a 

Suponiendo que las particulas que dan lugar a la formación de las cavidades 
poseen un diámetro Dp y se encuentran separadas una longitud d , tomando como ra
dio inicial de la cavidad D /2 y como radio final d /2 e inte~rando la ecuación 
anterior, se Cl'lbtiene la sigui~nte expresión de la defgrmación a la fractura ,e f, su 
poniendo despreciable la fase de nucleación de huecos: 

ln (d /D ) 
p p 

c:Jm 
0'28.exp(1'5 ~) 

a 

con lo cual, para un estado triaxial de tensiones conocido, la morfologia de las 
cavidades (medida a partir de d /D ) podria relacionarse con la deformación a la 
fractura del material y servir p . p de testig.o local del nivel de deformación su
frido en una superficie de fractura. 

Thompson /2/ y Thompson y Ashby /3/ proponen el parámetro M=h/w, donde hes 
la profundidad y w la anchura del alvéolo (fig. 1), para describir la geometria 
de la cavidad. Suponiendo simplemente que las cavidades abarquen toda la superfi
cie de fractura, la relación erttre este parámetro y la deformación local a fractu 
ras es: 

2 
ln(~) 

siendo f la fracción volumétrica de las pru¡ticu1as que han dado origen a las cavi 
dades. Otros parámetros que podrian usarse serian h/d y, mucho más cómodo de me
dir, w /d. 

El objetivo de este estudio es determinar correlaciones entre diferentes pa
rámetros morfológicos de los alvéolos y la deformación equivalente critica en el 
acero A533B-1 para obtener el valor de la deformación local en la zona de inicio 
de la propagación dúctil de grietas en el acero A533B-1 y compararlo con los re
sultados predichos por métodos de elementos finitos. 
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2.- TECNICAS EXPERIMENTALES 

El material utilizado es un acero bainítico A533B-1. 

Su composición química y sus propiedades mecánicas han sido previamente ex
puestas en la comunicación "Fractura dúctil de un acero A533B-1: relación entre 
la tenacidad y el comportamiento microscópico" recogida en este mismo volumen. 
Asimismo, las superficies de fractura sobre las que se llevó a cabo el estudio e~ 
rresponden a probetas cuyos resultados se han presentado en la comunicación cita
da. 

La técnica utilizada para la medición de la profundidad de las cavidades, h, 
consistió en la obtención de pares estereográficos /4/ por medio de microscogía 
electrónica de barrido(en la mayoría de los casos de ángulo girado fue de 20 , si 
bien en algunas ocasiones se emplearon también 10 y 15°) 

Debido a que en la mayoría de los casos la inclusión se encontraba en el fon
do de la cavidad, se consideró como profundidad real de la misma la distancia me
dida más el diámetro de la partícula. Por otra parte, tanto el diámetro de la in
clusión, d, como la anchura de la cavidad, w, se han determinado calculando la me 
dia geométrica de sus dimensiones máxima y mínima. 

Las mediciones del tamaño de las cavidades se realizaron en cinco probetas 
o axisimétricas ensayadas a 20, 100 y 180 c. (Tabla 1), con estados hidrostáticos 

de tensiones comprendidos entre 0'66 y 1'67. 

3. RESULTADOS Y DISCUSION 

3.1 Relación entre la geometría de los alvéolos y sf 

En las superficies de fractura se observan dos grupos de huecos fácilmente 
diferenciables por su tamaño; grandes, nucleados a partir de inclusiones ( fig .2) y 
los de tamaño mucho más reducido (fig.3), surgidos a partir de carburos. Se supo
ne que la descohesión de las inclusiones ocurre para deformación despreciable, mien 
tras que la de los carburos exige deformación relativamente grande. La coalescen-
cia de los huecos pequeños determina la fractura. Por tanto, para conocer la defor 
mación local crítica se procedió a la medición de los tamaños de los alvéolos nu-
cleados a partir de las inclusiones. En la tabla 2 se presentan recopilados los va 
lores medios de d (tamaño de la inclusión), 2 h (altura total de la cavidad), w -
(anchura de la cavidad) y las relaciones 2h/w, 2h/d y w/d para unos límites de con 
fianza del 95%,indicándose además el número de cavidades medido en cada probeta. -

De los tres parámetros utilizados (2h/w, 2h/d y w/d) para caracterizar la mor 
fología de las cavidades el menos sensible resulta ser w/d (el más fácil de cuan
tificar, ya que no es necesario realizar pares estereográficos para medir la anchu 
ra de la cavidad), mientras que, tanto las relaciones 2h/w como 2h/d varían apre-
ciablemente de unas probetas a otras al hacerlo e . Obviamente, sobre w influyen 
de manera contrapuesta la contracción impuesta po~ el cambio de forma externo y 
la expansión inducida por la tracción hidrostática imperante. 

En la fig. 4. se representa la variación de In (2h/w), In (2h/d) y ln/w/d) en 
función de la deformación macroscópica a la fractura, ~f. En los tres casos la 
dependencia es lineal: 

E: ·= 
f 

o 1 382+0 1 664 ln ( ~ ) 
w 

Sf= -1'014+0'881ln ( ~h ) 

S = f 
3'053-1'695ln ( 
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w 
d 

r = 0'998 

r 0'963 

r = 0'771 



La relación w/d, como era de esperar, no sirve para caracterizar adecuadamen
te la deformación macroscópica. En realid. ad, según el model.o de RiceyTracey /1/f 
w/d (en la expresión 121 Dp/dp) depende de Ef y am!cr . Expresando la ecuación 12 
de la forma: · 

ln-i 0 
ln ln eH~ 

"Ef 0 

y determinando los coeficientes ayS mediante un ajuste por mínimos cuadrados, re
sulta: 

0 

0'604 Ef. exp (1'642 m) 
0 

r=0'994 

El ajuste es .ahora mucho mejor (fig. 5) y el parámetro w/d puede tambien re
lacionarse con la deformación e.f siempre qu.e se conozca la tensión hidrostática lo
cal. 

El valor del coeficiente S resulta muy prox1mo al predicho por el modelo te~ 
rico. Sin embargo, no sucede lo mismo con el coeficiente a(0'283 según el modelo 
y 0'604 según el ajuste experimental). Se ha observado jsj que a depende de la 
fracción volumétrica de inclusiones, tal como queda señalado en la Fig. 6, y los 
valores de a experimentales son siempre más elev.ados que los propuestos por Rice 
y Tracey. En la misma figura se ha representado el valor de a=0'604 obtenido con 
el acero A533B-1 (la fracción volumétrica de inclusiones medida es 0'38°/oo), que 
se ajusta bastante bien a los resultados de la bibliografía. La predicción teórica 
no tiene en cuenta la interacción entre cavidades próximas. 

3. 2 Aplicación 

Con objeto de comprobar la aplicabilidad de las expresiones anteriormente de 
terminadas, se procedió a la medición de la relación w/d en tres probetas compac~ 
tas ensayadas a -40,20 y 150°c en las .cuales E:l inicio de la propagación de la 
grieta fue dúctil. La elección del par'ámetro w/d se debió a su facilidad de medi
ción, ya que no exige la realización de pares estereográficos. 

En la fig. 7 se representan los valores de w/d medidos en función de la dis
tancia al frente de fatiga para las tres temperaturas. Debido a que no se apre
cia una dependencia entre la posición·de la cavidad y w/d, se procedió a determi
nar los valores medios de todos 'los resultados medidos para cada temperatura (Ta
bla 3). 

La deformación plástica equivalente frente al borde de una grieta, sobre su 
plano, para un sólido e lasto-plástico, ha sido calculada por Rice y Johnson/6/, pa 
ra un sólido no endurecible. Dichos valores admiten, en función de 0 /cr , un -
ajuste del siguiente tipo: m 

cr 
m 

0'763-0'293 1n Ef r=0'996 
cr 

Resolviendo simultáneamente las ecuaciones 161 y 171 para los valores de w/d 
promedios, se obtienen, teniendo en cuenta los intervalos de confianza de ln w/d, 
los siguientes valores de la deformación local: 
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o 
-40 e 0'496<ef<0'679 

20°C 0' 398 <E"f<0'536 181 

150°C 0'490 <E"f<0'618 

En la fig. 8 se representan los interva~os determinados de ef superpuestos 
a las curvas obtenidas por Rice y Johnson de e y a f<J en función de x/8 . Igual 
mente, se han indicado las curvas experimental~s demdeformación efectiva necesa~ 
ria para que tenga lugar la fractura dúctil, calculadas con probetas axisimétri
cas y con probetas planas, así como la curva correspondiente al promedio de to
dos los ensayos. 

Tal como puede apreciarse, los valores de la·medida indirecta local de ef 
quedan comprendidos dentro de los límites definidos por los ensayos con probe
tas axisimétricas y con probetas planas, aunque es necesario señalar que para 
las tres temperaturas el valor de la medida local es inferior a la estimación ob 
tenida con el promedio de todos los ensayos. 

La fig. 8 induce a pensar que es posible medir indirectamente la deforma
ción local en la zona de inicio de propagación dúctil de grietas, si bien exisbn 
varias limitaciones debidas a la utilización del parámetro w/d. En primer lugar, 
dicho parámetro es el menos sensible de los tres (w/d, 2h/d y 2h/w) a las varia
ciones macroscópicas de ef. Y en segundo ·lugar, .:_i bien es el más fácil de medir, 
presenta el inconveniente de que depende de crm/a, siendo necesario recurrir a los 
cálculos de Rice y Johnson. En definitiva, es previsible pensar que la utiliza
ción de las relaciones 2h/d o 2.h/w conduzca a resultados mejores que los logra
dos con w/d. 

4.- CONCLUSIONES 

- La deformación crítica equivalente, ef, puede ser caracterizada adecuada
mente a través de la geometría de los alvéolos de las superficies de fractura me
diante los parámetros 2h/w o 2h/d. 

- La relación w/d, cociente entre los diámetros de la 
cula, no depende exclusivamente de ef, sino de Ef y a fa 
Tracey resulta adecuada para expresar dicha dependencTa. 

cavidad y de la partí
La ecuación de Rice y 

- Una vez calibradas esas relaciones, los alvéolos de la superficie de frac
tura pueden utilizarse como testigos de la deformación local en la zona de proce
so en el inicio de la propagación dúctil de grietas, proporcionando una comproba 
ción adicional de lo~ modelos teóricos de fractura. 
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TABLA 1 - Caracterización de las probetas axisimétricas utilizadas en la 
medición de las cavidades 

Probeta Temp. a e:f 
(oC) m 

a 

o 20 0 1 66 0 1 821 
1-1 20 1 1 04 0'480 
1-c· 100 1'03 0'419 
3-0 20 1 1 67 o 1 179 
3-2· 180 1'67 o 1 178 

TABLA 2 - .Resultados de los parámetros medidos en las probetas axisimétricas 

Probeta n<? d 2h w 2h/W 2h/d w/d 
cavidades (]Jm) (]Jm) (]Jm) 

o 15 3'6!0 1 6 33 1 4:10'8 16 1 2~3 1 0 2 1 00~0'34 9 1 0:2 1 1 4 1 6!0 1 8 

1-1 32 6'82:1 1 3 34 1 0:!: 5'6 27 1 2!4'1 1'28!0'14 5'6!0 1 7 4 1 3!0'5 

1-c· 23 7 • 8!1'8 35'5! 6 1 8 34'9:7'0 1 1 10~0 '14 4'6:0'7 4 1 7!0'5 

3-0 22 5'6~1'3 22'5.!6 1 2 28 1 7~5'6 b'82.!0'18 4'1:0 1 7 5'5~0'7 

3-2" 28 6 1 3.! 1' 1 28'5!5'1 34'5!5 •s 0 1 82!o•o8· 4 1 6:0'6 5'7!o•5 

TABLA 3 - Resultados de los parámetros medidos en probetas compactas 

Temp. 
(OC) 

d (Jl m) w (Jl m) w/d 

-40 4'6!0'6 23'3~3 1 4 5 1 4:0'7 

20 6'0.!1 1 Q 25'1.!3'5 s•o!o~6 

150 6 1 3:0 1 9 2.9 1 4:3 1 7 5'o!o•5 
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h 
Esquema de una cavidad 

f 

Fig.2 - Cavidades formadas a partir de inclusiones (x1250) 

Fig.3- Cavidades formadas a partir de carburos (x5000) 
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Fig. 4 - Relaci6n entre los parámetros 2h/w, 2h/d_y w/d y la 
deformaci6n macrosc6pica a la fractura, ef. 
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Fig. 5 - Relación entre w/d y ef teniendo en cuenta la triaxialidad 
de tensiones. El ajuste es apreciablemente mejor que el ob 
tenido con el mismo parámetro en la Fig. 4. 
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Fig. 6 - Dependencia del coeficiente a de la ecuación de Rice 
y Tracey con la fracción volumétrica de inclusiones 
/5/, señalándose el valor obtenido en el presente es
tudio. 
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Fig. 7 - Valores de w/d medidos en función de la distancia 
al frente de fatiga para tres temperaturas, no 

apreciándose una dependencia entre la posición 
de la cavidad y w/d. 
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Fig. 8 - Intervalos determinados de Ef para -40,20 y 150°C superpuestos 
a las curvas de Rice y Johnson /6/, señalándose las curvas ex
perimentales de deformación efectiva para que se produzca la 
fractura dúctil, obtenidas con probetas planas y ax:.isimétricas, 
asi como la curva promedio de todos los ensayos. 
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EFECTO DE LA RELACION Si0z/Ti02 SOBRE EL COMPORTAMIENTO A LA 
FRACTURA A ALTAS TEMPERAIURAS DE LAS BAUXITAS REFRACTARIAS 

A. CABALLERO, S. DE AZA 

INSTITUTO DE CERAMICA Y VIDRIO (C.S.I.C.) 
Arganda del Rey (Madrid) 

Se ha estudiado el efecto que la relación SiOz/TiOz tiene so 
bre el comportamiento a la fractura a temperatura elevada (1550°~ 
de una serie de bauxitas refractarias sintéticas. 

Los resultados obtenidos han puesto de manifiesto que a medi 
da que se incrementa la citada relación, manteniendo constantes -
los contenidos de alúmina y de óxido de hierro, aumenta la carga 
máxima soportada por Zas bauxitas, lo que se justifica por el in
cremento en las mismas del contenido de la fase mullita. 

Igualmente se ha hecho patente que a medida que aumenta la 
relación SiOz/TiOz, se incrementa la tenacidad de estos materia
les como consecuencia del aumento de la relación mullita/tieilli 
ta de los mismos. -

The effect of SiOz/TiOz ratio on the mechanical behaviour at 
high-temperature (1550°C) of a series of synthetic refractory ba~ 
xites has been studied. 

The stress-strain tests have shown that when the Alz0 3 and 
Fez03 contents are kept constant and the SiOz/TiOz ratio is in
creased, both the maximum load stress and toughness of the bauxi 
tes is raised as a consequence of increasing mullite vol% and mÜ 
llite/tieillite ratio. 
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l. INTRODUCCIÓN 
En un trabajo previo 11/ se puso en evidencia que el modo de frac 

tura de las bauxitas refractarias naturales, adecuadamente procesa-
das y con muy bajos contenidos de fase vítrea, sometidas a ensayosde 
compresión-deformación a alta temperatura (1550°C), venía determina
do por la naturaleza de la segunda fase sólida presente en estos ma
teriales, siendo tenaz cuando la segunda fase cristalina era rnullita 
y frágil cuando ésta era tieillita. 

Puesto que la naturaleza de la segunda fase sólida en las bauxi 
tas refractarias depende, tal corno se puede deducir de la proyección 
del volumen primario de cristalización de la alúmina en el sistema 
Al 2 0 3 -Si02-Ti0 2-Fe 20 3 en aire /2/, de la relación Si0 2/Ti0 2 de las mis 
mas, se procedió a estudiar el efecto que· la variación de dicha rela-
ción tiene sobre el comportamiento a la fractura, a altas temperatu
ras (1550°C), en dichos materiales. 

2. PARTE EXPERIMENTAL 
A este fin se prepararon tres bauxitas sintéticas a partir de 

Al20 3 , Si0 2 , Ti0 2 y Fe 20 3 de pureza reactiva. Las cornposicionesseho 
rnogeneizaron por vía húmeda en alcohol isopropílico y posteriormente 
se prensaron isostáticarnente a 200 MPa. Las probetas obtenidas se tra 
taron térmicamente en ciclos de 2 horas a 1650°C±5°C. -

En la tabla I se exponen las composiciones químicas de cada una 
de las bauxitas sintetizadas y en la figura 1 se muestra la localiza 
ción de dichas composiciones en la proyección del volumen prirnariod-e 
cristalización de la alúmina para el plano del 86% en peso de Al 20 3 y 
donde se han proyectado, igualmente, los tetraedros de conexión a 145~ 
1500, 1600 y 1700°C, dentro de los cuales coexisten alúmina, rnullita 
y tieillita en equilibrio con un líquido a las temperaturas indicadas. 

TABLA I - Composición química de las Bauxitas Sintéticas 

HUESTRA Al 20 3 Si02 Ti0 2 Fe 20 3 
% Si02 
% Ti0 2 

1A 86,0 3,6 8, 1 2,3 0,44 

2A 86,0 5,9 5,8 2,3 1 , o 1 

3A 86,0 7,8 3,9 2,3 2,00 

Las bauxitas obtenidas fueron estudiadas por microscopía óptica 
de luz reflejada y difracción de rayos x. Por ambas técnicas se puso 
de manifiesto el grado de reacción total alcanzado así corno el que to 
das ellas estaban constituídas por: a-alúmina, rnullita y tieillita,
sin presencia de fase vítrea (fig. 2). Dichos resultados están de 
acuerdo con la localización de dichas muestras dentro de la proyec
ción del tetraedro de conexión a 1700°C en el sistema Al 20 3 -Si0 2-Ti02-
Fe203 en aire /2/. 

A partir de las fases que coexisten a la temperatura de calcin~ 
ción,de los análisis químicos de las muestras (tabla I), y de los va 
lores de las soluciones sólidas de dichas fases /3/, se calcularon 
los porcentajes en peso de las mismas en las diferentes muestras así 
corno la densidad real de cada una de éstas. Para ello se tuvieron en 
cuenta las densidades reales teóricas de cada una de las fases (a-alú 
rnina=3,98 Hg.rn- 3 ; rnullita=3,16 Mg.rn- 3 y tieillita=3,70 Mg.rn- 3 ). Por
último se determinaron los porcentajes en volúrnen de cada fase en ca 
da una de las muestras así como la densidad aparente y la porosidad
de éstas. Todos los valores obtenidos se exponen en las tablas II y 
III. 
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Fig. l. Sistema Alz0 3 -SiOz-TiOz-Fez03 en aire (Po 2 =0,21 at.). Si
tuación de las bauxitas sintéticas sobre ia proyección, 
para un plano del 86% de Alz03, del volumen primario de 
cristalización de la al~mina y de los tetraedros de cone
xión a 1450°-1500°-1600° y 1?00°C donde coexisten en equi 
librio a las temperaturas respectivas alúmina-mullita- -
tieillita y un liquido. 

C) Campo de cristalización secundario de tieillita. 
~ Campo de cristalización secundario de mullita. 
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Fig. 3. Microestructuras de Zas bauxitas 
sintéticas studia s (x213) 

A3S2=JAZ20 .2 iO =MuZZita 
AT =AZ203.Ti02 =Ti iZZita 
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TABLA II - Composición mineralógica de las Bauxitas Sintéticas 

Peso (%) Volumen (%) ___j MUESTRA 
Alúmina Mullita Tieillita Alúmina Mullita Tieillita 1 

1A 67,4 15,5 1 7, 1 64,0 18,5 17,5 

2A 63,9 25,4 10,6 59,6 29,8 1 o 16 

3A 61 1 1 33,6 5,3 55,9 38,7 5,2 

TABLA III - Densidad real, aparente y Porosidad total de las probetas 
de Bauxitas Sintéticas 

MUESTRA Densidad real Densidad aparente Porosidad total 
Po (Mg.m- 3

) p o f Mg. m- 3
) (%) 

1A 3,78 3,36 1 1 

2A 3,71 3,26 1 2 

3A 3,64 3, 12 14 

3. PROPIEDADES MECÁNICAS A ALTA TEMPERATURA. CURVAS COMPRESIÓN-DEFOR
MACIÓN 

Los ensayos de compresión-deformación, en las citadas muestras, 
se realizaron a la temperatura de 1550°C, con una valocidad de apli
cación de carga de 8.10- 7 m.sg- 1 sobre probetas cilíndricas planop~ 
ralelas de razón diámetro-altura igual a uno, que cumplían las reco
mendaciones del PRE /4/ para ensayos mecánicos a alta temperatura en 
materiales refractarios. 

Las curvas obtenidas se muestras en la figura 3 y cada una re
presenta, en cada caso, la curva promedio de cinco ensayos. 

4, DISCUSIÓN DE RESULTADOS 
Los resultados obtenidos ponen de manifiesto que, a medida que 

se incrementa la relación Si0 2 /Ti0 2 , la carga máxima alcanzada aumen 
ta desde valores de 6,1±0,2 MPa para la muestra 1A hasta un valor de 
9,2±0,2 MPa para la muestra 3A. 

El aumento de la carga máxima soportada por las muestras se atri 
buye, ya que las diferencias de porosidad de unas muestras a otras -
son apenas apreciables, a un incremento en el contenido de la fasemu 
llita (fig. 4), ya que a medida que aumenta la relación Si0 2 /Ti0 2 tie 
ne lugar Úna elevación del porcentaje en volumen de dicha fase (tabla 
2) dando lugar a un reemplazamiento de la matriz continua de alúmina 
por una predominantemente mullítica (fig. 2). Este hecho se justifi
ca por los resultados de Dokko y col /5/ quienes observaron que mues 
tras de mullita policristalina, en ensayos de compresión-deformación, 
análogos a los del presente trabajo, presentan valores de carga máxi 
roa (>4.000 MPa a 1500°C) muy superiores a todos los citados en la li 
teratura para óxidos cerámicos policristalinos, incluso ponen de ma= 
nifiesto que dichos valores son más del doble que los presentadospor 
muestras policristalinas de alúmina sinterizada (99,8%) de densidad 
teórica. 
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Tal comportamiento de la fase mullita se puede entender, te
niendo en cuenta la complejidad de la estructura cristalinadedicha 
fase, la cual no presenta planos preferenciales de deslizamiento ni 
de deformación plástica incluso a temperaturas de 1500°C /6/. 

Por otro lado, en la figura 3, se puede apreciar cómo el modo 
de fractura de las muestras cambia de frágil a tenaz a medida que au 
menta la relación Si02/Ti02. -

En la figura 5 se han representado las pendientes de lascurvas 
obtenidas en las diferentes muestras, después de haber alcanzado la 

0~~----~======~========~~ 3A 

z -10 
o 
~ 
::¡¡ 
a: 
o 
IJ.. 
UJ 
o 
...... 

~ 
a: 
~ -2 

1A 
-~L-~--~-----+----~~----+------r-----4----~ 

2 3 4 5 6 7 8 
MULLITA 

RELACION EN \QLWEN TIEILLITA 

Fig. 5. Variación de las pendientes de las curvas compres~on
deformación, una vez alcanzada la carga máxima en las 
muestras, en función de la relación en VQlumen mullita/ 
tieillita. 

~J- Campo de cristalización secundario de tieillita. 
~ Campo de cristalización secundario de mullita. 

carga máxima, en función de la relación mullita/tieillita, indicándo 
se igualmente la relación Si02 /Ti02 para la cual tiene lugar el paso 
del campo secundario de cristalización de tieillita al de la mullita. 
Se puede observar así claramente cómo la fragilidad o tenacidad de 
las muestras está asociada a la naturaleza de la fase secundaria, lo 
que viene a confirmar los resultados obtenidos en el trabajo citado 
previamente /1/, en el que se concluía que el comportamiento tenaz o 
frágil de las bauxitas refractarias naturales, adecuadamente procesa 
das, en ensayos de compresión-deformación a alta temperatura, estaba 
condicionado por la naturaleza de la segunda fase sólida, siendo te
naz cuando es la mullita la segunda fase cristalina y frágil cuando 
es la tieillita. 

5. CONCLUSIONES 
El aumento de la relación Si0 2/Ti0 2 en las bauxitas refracta

rias, para contenidos de óxido de hierro y de alúmina constantes, da 
lugar a un incremento de la relación mullita/tieillita en el mater.i..al. 
Como consecuencia se produce un aumento de la tenacidad y de la car
ga máxima soportada en el ensayo de compresión-deformación a alta te~ 
peratura. 
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APLICACION DEL ENSAYO DE TORSION DOBLE AL ESTUDIO DE LA FRACTURA 
DE MATERIALES TERMOESTABLES COMPUESTOS. 

A.B. Heredia, A.B. Martinez 

EscueZa Técnica Superior de Ingenieros IndustriaZes 
Laboratorio de MateriaZes PZásticos 
DiagonaZ~ 64? 
08028-BarceZona 

En este articuZo ~e presentan y discuten Zos resultados obtenidos 
aZ estudiar el comportamiento a Za fractura de un material compues
to por una matriz de poliester insa~urado cargada con microesferas 
macizas de vidrio. Se utiliza la técnica de torsión doble. De ma
nera especial se estudia eZ efecto de la fracción en volumen de 
microesferas~ de su diámetro medio~ y del tratamiento superficial. 
Se identifica el mecanismo de refuerzo y se interpreta la evolu
ción de la tenacidad a la fractura en función de la fracción en 
volumen de microesferas. 

This paper analizes the fracture behaviour of a rigid particulate 
composite material~ composed by an insaturated poliester resin 
and glass beads microespheres. The fracture toughness was monitored 
by double Torsion test. The improvement aohieved in the fracture 
toughness was interpreted for different volume fractions of 
microspheres~ and for different surface treatments. The underlying 
reinforcing mechanism was identified. It was also studied the 
microspheres avevage size influence. 
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1.- INTRODUCCION 

La incorporación de partículas rígidas en los materiales plás
ticos se ha realizado tradicionalmente con el fin de abaratar cos
tes, debido al menor precio en volumen de la segunda fase añadida. 
Además la adición de partículas rígidas a un material plástico 
puede mejorar significativamente algunas de sus propiedades. 

Varios autores /1-10/, han estudiado el comportamiento a la 
fractura de resinas epoxi cargados con partículas rígidas encon
trando un incremento de la resistencia a la propagación de grie
tas. Explican el incremento de Krc en función de la fracción en 
volumen V de partículas en el composite por el mecanismo de crack
pinning p~opuesto originalmente por Lange /11/. 

Las resinas de poliester insaturado al curar reticulan tridi
mensionalmente formando un termosestable que posee propiedades 
útiles en ingeniería. 

El ensayo de torsión doble permite el estudio de la propaga
ción de greitas así como una fácil y rápida determinación de K¡c 
lo que lo hace muy adecuado para el estudio de estos materiales. 
En este ensayo Kic es independiente de la longitud de la grieta. 

En este trabajo se estudia el comportamiento a la fractura, 
utilizando el ensayo de torsión doble, de materiales compuestos 
formados por una matriz de resina de poliester insaturado carga
do con microesferas macizas de vidrio, investigándose especial
mente la influencia de la fracción en volumen VP de microesferas, 
del diámetro medio Dp de las microesferas y de la adhesión en la 
interfase partícula matriz. 

2.- MATERIALES 

Para la matriz se ha utilizado una resina de poliester insatu~ 
rado ESTRATIL A-228 facilitada por RIO RODANO, S.A. que contiene 
un 35% en peso de estireno. Por cada 100 gr. de resina se adicio
naron 1 ce. de MEKP ( solución al 50% en peso) como iniciador, y 
0.1 ce. de Octoato de Cobalto (solución al 6% en peso) como ace
lerante. El curado tuvo lugar a temperatura ambiente y se realizó 
un postcurado a 30QC durante 96 horas. 

Las microesferas de vidrio (E~7o GPa) nos fueron suministra
dos por SOVITEC IBERICA, S.A. con distribuciones estrechas de 
diámetros medios 13,50,76,92 y 116 ~m. 

Para actuar sobre la adhesión en la interfase matriz, se han 
realizado dos tipos de tratamientos superficiales en las microes
feras. Uno para mejorar la adhesión mediante el agente de acopla
miento Z-6032 (Silano funcional Vinilbencilamino) de DOW CORNING. 
Por cada Kg. de microesferas se adicionó un 0.3% en peso de Z-6032 
disuelto en 35 ce. de una mezcla 90/10 en volumen de metanol y 
agua, después de 15 minutos de agitación en un mezclador rotativo 
se introducen durante 10 minutos a 80QC en una estufa con circula
ción forzada de aire. El otro tratamiento se realizó con el anti
adherente DC-1107 de DOW CORNING. Por cada· Kg. de microesferas 
se adicionó un 0.3% en peso de DC-1107 disuelto en 35cc. de ace
tona, después de 15 minutos de agitación en un mezclador rotativo 
se introducen durante durante 2 horas en una estufa a 200QC. con 
circulación forzada de aire. 
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figura 1 Superficie de frac
tura observada por MES. Micro
esferas tratadas con DC1107. 
vp= 0.16 Dp= 50 ~m. 

figura 2 Superficie de fractura 
observada por MES. Microesferas 
tratadas con Z-6032. Vp= 0.40 
Dp= 50 ~m. 

En las micrografías de las superficies de fractura mostradas 
en las figuras 1 y 2, se observan las diferencias en la adhesión 
partícula-matriz según el tratamiento superficial de las micro
esferas. 

3.- PROBETAS 

Las probetas para el ensayo de torsión doble mostrado en la 
figura 3, que tienen unas dimensiones nominales de 85x40x6 mm se 
obtuvieron por colada en un molde que contiene las formas de las 
entallas evitándose así su difícil mecanización. La profundidad 
de la entalla longitudinal fue de 1.75 mm. Las entallas se agudi
zaron con una hoja de afeitar. 

Los diferentes composites se fabricaron dosificando la frac
ción en volumen Vp de microesferas con o sin tratamiento super
ficiales, a la formulación de la matriz. Ourante el curado el 
molde estuvo sometidJ a rotación alternativa a fin de evitar la 
sedimentación /12/ de las microesferas. 

Se controló la dosificación de las microesferas midiéndose la 
densidad de las probetas. Ocasionalmente se determinó el porcentaje 
de cenizas, calculándose el porcentaje en volumen de aire ocluido 
que en ningún caso fue superior al 1%. En ninguna de las probetas 
ensayadas se observaron signos de sedimentación, siendo uniforme 
la distribución de las microesferas. 

4.- ENSAYO DE TORSION DOBLE 

La técnica de este ensayo se encuentra en detalle /3,19-22/ 
Y se puede demostrar que para un material elástico 

Kic Pe Wn [ 3 (1+\J) ]1/2 

w. t 3 t 'V 
n 

donde Pe es la carga crítica para la propagación de la grieta, 
Wn.es el brazo del momento aplicado, v es el coeficiente de 
Po~sson ( v= 0.39) W la anchura de la probeta, t el 
de la probeta, tn el espesor en el plano 
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figura 3. Ensayo de 
torsión doble. 

(a) 

(b) 

DESPLAZAMIENTO 

figura 4. Gráficos carga
desplazamiento. 
a) Propagación estable 
b) Propagación inestable. 

corrección geométrica /13/ debida a la anchura finita de la pro
beta ( 'l' = 0.82) 

'l' = 1 - 0.63 d + 1.2 d e -TI/d 

donde d= 2t/W. Los ensayos se realizaron a temperatura ambiente 
en una máquina universal de ensayos INSTRON. 

Las grietas pueden propagarse de dos maneras diferentes que 
presentan tor•as·distintas en los gráficos carga-desplazamiento 
registrados .. e-n el ensayo~ de tors.i~n· i!óbJ.e. La propagación puede 
ser estable y continua como la mostrada en la figura 4a o ines
table (stick-slip) como la mostrada en la figura 4b en la que se 
puede observar dos valores diferentes Pi y Pa de la carga que 
corresponden respectivamente a los valores de iniciación y paro 
del crecimiento de la grieta, y darán lugar a los valores de ini
ciación y paro de los parámetros de fractura. 

5.- FRACTOGRAFIA. 

Las superficies de fractura se examinarion en un microscopio 
óptico de reflexión, y también en un microscopio electrónico de 
barrido PHILLIPSSOO. En este ültimo caso las muestras se metali
zaron con una delgada capa de oro. 

6.- RESULTADOS Y DISCUSION. 

Los valores de K¡c obtenidos a una velocidad de desplazamien
to de las modazas y = 0.5 mm/min. en función de Vp, para los di
ferentes tratamientos superficiales de las microesferas, se mues
tran en la figura S, mientras que en la figura 6 se representa la 
influencia de y en los composites sin tratamiento superficial de 
las microesferas. En composites similares se han encontrado pro
pagaciones estables e inestables /4-8/, en nuestros composites 
la propagación siempre ha sido inestable. 
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figura 5. Krc versus Vp. 
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figura 7. Zona de paro de la 
superficie de fractura por MES. 
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figura 6. Krc versus y 
para diferentes Vp. Dp=SO l-lm. 

En la figura 5 se observa que a un mismo valor de Vp' el valor 
de Krc de paro es siempre mayor para los composites en los que se 
ha aumentado la adhesión en la interfase, y parece también que 
la disminución de dicha adhesión provoca un aumento de la inesta
bilidad. 

En la figura 6 se puede observar que la inestabilidad disminuye 
a medida que aumenta y, mientras que el valor Krc de paro permanece 
constante. La inestabilidad en la propagación se ha explicado me
diante un mecanismo de • crack tip blunting" /14/ que resulta de 
deformaciones plásticas localizadas (figura 7) que ocurren en la 
vecindad de la punta de avance de la grieta. Al sobrepasar la ten
sión en la proximidad de la punta de la grieta el valor del límite 
elástico, se produce deformación plástica y pierde agudez dejando 
de propagarse la grieta. Es necesario aumentar la carga para rei
niciar la agudez de la grieta, siendo ahora la energía almacenada 
mayor que la necesaria para el crecimiento estable de la grieta y 
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esta se propaga, y así sucesivamente. El aumento del límite elás
tico con y /15/ explica así la disminución de la inestabilidad con 
y. 

Los valores de K¡c exentos de la influencia de la deformáción 
plástica, representados en la figura 8, son los de paro, indepen
dientes de y y característicos del composite. Para un mismo Vp el 
valor de paro K¡c del material aumenta a medida que se mejora la 
adhesión en la interfase partícula-matriz. 

Utilizando microesferas con distintos diámetros medios se pre
pararon composites ( Vp= 0.24) a fin de estudiar la influencia del 
diámetro medio de la partícula.Dp. Los resultados obtenidos al en
sayar estos composites con y= 0.5 mm/min. se representan en la 
figura 9. Al contrario de lo ocurrido al variar Vp, al variar Dp 
no se observan cambios sustanciales en los valores Krc de paro 
para una misma adhesión en la interfase, se mantienen las propa
gaciones inestables. 

Para explicar el mecanismo de refuerzo, el aumento de K¡c al 
introducir partículas rígidas en la matriz, Lange /11/ propuso el 
mecanismo de • crack pinning" que ha sido extendido y modificado 
por otros autores /16-18/. Se ha encontrado evidencia de su ope
ratividad en composites de resinas epoxi similares a los nuestros. 
El mecanismo de "crack pinning bowing", representado esquemática
mente en la figura 10, asume básicamente que cuando una grieta 
que se propaga encuenti~ una hilera de partículas rígidas e impe
netrables es impedida en su propagación y tiende a arquearse entre 
las partículas formando grietas secundarias. Tal como la tensión 
va aumentando las grietas secundarias se van arqueando hasta que 
el material deja de ser capaz de aguantar la tansión y las grie
tas se propagan dejando tras la partícula una cola caract~r!stica 
debida a que las grietas secundarias se propagan en distintos pla
nos. 

La figura 11 evidencia la operatividad del mecanismo en nuestro 
composite y se observan las colas características as! como la forma 
semielíptica de las grietas cuando están ancladas. Las colas tam-

204 



Dirección de Propagación 
! l L ¡ Grieta\ 

Anclaje o o o 

figura 10, Mecanismo 
de crack pinning bowing 

figura 11. Micrografia óptica de 
una superficie de fractura. 
V = 0.05. Dp = 50 lJm. 
L~ flecha indica la dirección del 
frente de avance de la grieta. 

bién se pueden observar en las micrografias de las figuras 1 y 2. 

Un aumento de la adhesión en la interfase partícula-matriz, 
causa un mejor anclaje, resultando así una mayor eficacia del 
mecanismo de refuerzo. 

7 . - CON CL U SI ON E S . 

La independencia de Kic respecto a la longitud de la grieta, 
hace al ensayo de torsión doble muy cómodo y útil para estudiar 
la propagación de grietas en este tipo de composites. 

La mejora de la tenacidad a la fractura se justifica con el 
mecanismo de crack pinning bowing. 

Los valores de Kic de paro son característicos del composite 
y son independientes de y. 

La tenacidad a la fractura aumenta con Vp. 

Los valores de paro de K_ son practicamente independientes de 
-'-C 

El aumento de la adhesión en la interfase partícula-matriz me
jora la eficiencia del mecanismo de refuerzo. 
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REFORZM1IENTO POR FIBRAS CORTAS, EN ~1ATERIALES CER/IPUCOS MONQITICOS 

F. Miranzo y J.S. Moya 

Instituto de Cerámica y Vidrio ( C.S.I.C. ) 
Arganda del Rey - MADRID 

Se de4~ben b~evemente lo~ mecani4mo~ de ~eto~~amien~o op~ativo~ en lo~ 
ma:t.e/l..Lale4 c~ánú.co~, en e~ pedal en lo~ ma:t.e/l..Lale4 c~ánú.co~ compu.e4~0~ del 
tipo ma:VU~If.j_b~G/.J. Se ~ev.iAan lo~ úabajo~ ~~en~e~ en la LU:.~ai:.ww q¡¡..e M 
;tudi_an lG/.J ~opiedadM mecá.n.icG/.J de M~e tipo de ma:t.e/l..LalM. rpo~ tUtimo, ~e fle 
va a cabo un. M:tudi..o p~e.li.nU..n~ ~ob~e el p~oce~amien~o de lo~ ma:t.~IalM c~ánii. 
co~ compuM~o~ Al¿OJ + 8 % vol. z~o2 1 f.j_b~G/.J de Al~3 o tfb~G/.J mono~~alina4 
de CSL 

The :touf)hen.Lng.. mech~ ope~ative In c~amic ma:t.e/l..L~ ~e buetly de~
~Ibed, ~cul~y In compo~UM ma;l:_¡¡_j_x/ tfb~e-:ty_pe. A LLt~~e ~ev.Lw on me 
chan.Lcal p~op~tiM ot :the~e kú1d1 ot ma:te/l..Lal~ .i-1 made. F.LnaUy, a p~elimm~"V
~.tud!J on c~amic p~OCM~Ing.. ot compo~UM ot Alfl] + 8 % vol. z~o2 1 AlflJ P-
b~~ o~ ~Ing..le ~y~:tal ot SIC f.j_b~~ wG/.J ~o ~ed ou:t. 
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1.- INTRODUCCION 

En los últimos años se ha considerado seriamente la posibilidad de utilizar 
materiales cerámicos como componentes estructurales en sistemas de conversión de 
energía a alta temperatura. La limitación fundamental que presentan los materia
les cerámicos es su fragilidad, lo que ha llevado recientemente a un intenso es
tudio de los mecanismos que permiten mejorar las propiedades mecánicas de estos 
materiales. 

La posibilidad de aumentar la tenacidad de los materiales cerámicos median
te la utilización de fibras puede llegar a ser muy atractiva si se logran incor
porar fibras cortas monocristalinas ("whiskers") a matrices cerámicas policrist.§: 
linas mediante técnicas convencionales de procesamiento de polvos. 

En este trabajo se presenta una descripción del mecanismo de reforzamiento 
que opera en los materiales cerámicos compuestos matriz/fibra. Además, se hace 
una revlslon de la Literatura más importante sobre el desarrollo, procesamiento 
y propiedades mecánicas de este tipo de materiales compuestos. Por último, se -
presenta un estudio preliminar del procesamiento de materiales de Al2o3 + ~~ vol 
Zr02/fibras de Al2o3 o' fibras cortas monocristalinas de CSi. 

2.- MECANISMOS DE REFORZAMIENTO 

Los mecanismos de reforzamiento en los materiales cerámicos se pueden clasi 
ficar en mecanismos de escudo de grieta y mecanismos de interacción/1/. 

Los mecanismos de escudo de grieta se definen como aquellos por los que la 
microestructura alrededor de la grieta cambia debido al campo de tensiones en el 
extremo de la misma. Estos mecanismos son altamente dependientes de la temperatu 
ra y del tamaño de grano. Entre ellos se encuentran el mecanismo de reforzamien= 
to por transformación martensítica de la circona y el mecanismo de reforzamiento 
mediante microgrietas. 

Los mecanismos de interacción son aquellos mediante los cuales el frente de 
grieta deja de ser lineal debido a la interacción directa entre la grieta y la mi 
croestructura. Estos mecanismos estan causados por deformaciones residuales, in~ 
terfases debiles y diferencias en las propiedades mecánicas de las dos fases, y 
por tanto, son comunes a muchos materiales cerámicos. Los mecanismos de interac
ción son operativos en intervalos amplios de microestructura y de temperatura. 

Aunque los mecanismos de escudo dt; grieta dan un aumento en la tenacidad 
muy significativo ( t::. K = 5 - 10 MPa.~ ) , tambien ofrecen mayores restricciones 
con respecto al control de la microestructura y de la temperatura de uso • Por 
otra parte los mecanismos de interacción son mucho más faciles de incorporar en 
el diseño del material y además son menos sensibles a requerimientos de tempera
tura. Desafortunadamente con estos mecanismos sólo se consiguen pequeños aumentos 
de tenacidad ( t::. K = 2 - 4 MPa.~ ) • Los materiales compuestos matriz/fibra pare
cen ser la solución razonable para componentes sometidos a impacto o' que deban 
resistir fallos mecánicos. 

Para entender los mecanismos de reforzamiento operativos en los materiales 
cerámicos compuestos matriz/fibra se deben considerar dos parámetros: la natura
leza de la unión en la interfase matriz/fibra y el estado de tensiones residual 
de las fibras. En lo que a este tema se refiere, se ha observado que un descenso 
en la unión produce un aumento considerable en la resistencia y en la tenacidad 
del material/2/. Por otra parte, el estado de tensiones residual de las fibras in 
fluye en el mecanismo de reforzamiento. Así, por ejemplo, considerando el caso -
más frecuente en el que el modulo elástico de las fibras es mayor que el de la 
matriz, si la fibra tiene menor coeficiente de expansión térmica que la matriz 
estará sometida a compresión; por tanto, la grieta será atraída hacia ella y 

208 



ésta será arrancada de la matriz. Este mecanismo recibe el nombre de mecanismo 
de reforzarniento por arranque de las fibras. Por otro lado, si las fibras poseen 
un coeficiente de térmica mayor que la matriz, las fibras estarán some-
tidas a tensiones residuales y la grieta se propagará a lo largo de la interfase 
matriz/fibra, de forma similar a lo que sucede cuando tiene lugar un reforzarnien
to por derlexión de la grieta. 

2 .l. Reforzarniento por arranque de las fibras 

Lange, mediante un desarrollo teórico /3/, sugiere que la tenacidad de un mate
rial compuesto matriz/fibra viene dada por la siguiente expresión: 

Kcomp = ( Ecomp. ~triz + V r R2 Ecomp , . )~ 
e ematrlz e f l 

(1) 

siendo Ecomp y ematriz los modulas elásticos del compuesto y de la matriz, respec
tivamente, Vf la fracción volumétrica de fibras, r el radio de las fibras, R el co 
ciente aparente de las fibras ( R = L/2r, L longitud de las fibras ) y '. la ten
sión de cizalla interfacial. El segundo término de esta expresión describ~ la resis 
tencia que ofrece la fibra a ser arrancada. La expresión (1) indica que el caracter 
de la interfase y el cociente aparente son parámetros críticos para determinar las 
propiedades mecánicas del compuesto matriz/fibra. 

2.2. Reforzamiento por interacción.grieta-microestructura 

La efectividad de estos mecanismos dependerá de la intensidad de la unión ma
triz/fibra. Por ejemplo, si la unión entre fibra y matriz es fuerte las tensiones 
residuales se pueden relajar mediante un mecanismo de deflexión de grieta. Sin em
bargo, corno ya se ha indicado al hablar de los mecanismos de interacción, la canti 
dad de reforzarniento conseguido mediante un mecanismo de deflexión de grieta nunca 
supera el doble de la tenacidad correspondiente a la matriz, independientemente de 
la longitud de la fibra. Teniendo en cuenta que para que se produzca el fallo catas 
trófico,la fibra debe finalmente ser arrancada, el mecanismo de arranque daría una
contribución más importante al reforzamiento. Por Último,si no existe unión entre 
fibra y matriz, la fibra se comportará como un agujero y no tendrá lugar ningun ti 
po de reforzamiento. 

Toda esta discusión es valida para todos los tipos de fibras, pero existe un 
creciente interés en los compuestos con fibras cortas, especialmente en aquellas 
que son monocristales. Este interés esta estimulado por varias razones: el alto rnó 
dula de Young que poseen las fibras cortas rnonocristalinas; porque al ser rnonocris 
tales pueden trabajar a temperaturas más elevadas y porque son mucho más faciles -
de incorporar a las matrices de tipo cerámico. 

En lo que se refiere a matrices vítreas Prewo y Brennan /4,5/ han demostrado 
que la tenacidad de un vidrio puede incrementarse sustancialmente mediante el uso 
de fibras continuas de carburo de silicio, aumentando tambien el rango de tempera
turas de trabajo de estos vidrios. En la tabla 1 se encuentran recogidos estos re
sultados. 

En la tabla 2 se muestran datos de la Literatura sobre compuestos en los que 
se han añadido fibras cortas rnonocristalinas de CSi a va-trices cerámicas. En el C.§: 
so de la alúmina la tenacidad aumenta de 6 a 9 MPa.~ y la resistencia a la fle
xión de 400 a 800 MPa; para la mullí ta la tenacidad y la resistencia a la flexión 
pasan de 2.2 a 4.6 r"lPa.ITU y de 250 hasta 438 MPa, respectivamente; y por Último, 
en el caso dt la circona tetragonal policristalina (ZTP), la tenacidad aumenta de 
6 a 11 MPa.~ mientras que la resistencia a la flexión disminuye desde 1000 hasta 
-v 600 MPa. Sin embargo,en este último caso, la resistencia a la flexión tiene una 
dependencia mucho más suave con la temperatura (Fig.l)/6-9/. 
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Hay que constatar un hecho importante: todos los materiales cerámicos con fi 
bras se han obtenido mediante prensado en caliente a temperaturas elevadas y en 
vacío, lo cual supone una via procesamiento sofisticada y cara desde el punto 
de vista de su posible aplicación industrial. 

3.- PROCESAMIENTO DE LOS MATERIALES CERAJ~ICOS COMPUESTOS CON FIBRAS 

Se han encontrado problemas a la hora de trabajar con fibras cortas, relacio 
nadas con la naturaleza misma de las fibras; en ei caso particular de las fibras
monocristalinas, el modo de crecimiento da lugar a nudos especialmente para las fi 
bras de diametro más pequeño. Estos nudos deben romperse para individualizar las -
fibras y esto constituye una de las etapas más importantes del procesamiento. 

Por otra parte que tener en cuenta que en un sistema de dos fases, cuando 
los dos materiales que se van a mezclar tienen aproximadamente el mismo tamaño, ma 
sa y geometría, la mezcla es relativamente facil, pero a rredida que el tamaño, 18l 
forma y la densidad son diferentes aumenta la dificultad para llevar a cabo la mez 
cla. Además, a medida que las partículas son más pequeñas, el cociente superficie/ 
/volumen aumenta y esto puede dar lugar a atracciones de tipo electrostático, con 
densación de contaminantes , grupos Ofi y H20 absorbidos, y en general,
superficies activas químicamente. 

En lo que se refiere al tema de la homogeneización, los lÍquidos pueden ser 
efectivos. Para partículas menores o iguales a l.a micra es posible utilizar dis
persión por ultrasonidos, considerando como medio fluido agua, alcohol o hexano 
( el fluido seleccionado debe ser compatible con los materiales a mezclar y debe 
poderse eliminar sin que deje ningún de contaminantes ) . 

cuu""'-'= y Vidrio se está empezando a trabajar en este ti 
po de materiales utilizando una matriz de Al203 + 8 %vol. Zr02 y fibras 
de Al203 o fibras monocristalinas de CSi. Lo original de este trabajo, además de 
que estudia por primera vez una matriz compuesta de dos fases, es que se pretenden 
conseguir materiales totalmente densos mediante prensado isostático y sinteriza-
ción convencional, lo cual supondría un abaratamiento del procesamiento. 

En el caso 
contaminación de 
fibra con 
evidente que en este 

de fibras de Al203 se ha observado que una pequeña 
que se produzca una unión íntima entre la matriz y la 

de Zro2 hacia el interior de las fibras. Es 
caso no se produce reforzamiento. 

Para la sinterización de los materiales compuestos con fibras monocristali-
nas de CSi la cocción debe realizarse en un horno de neutra ya que 
el oxida al CSi y descompone las fibras. Las atmosferas que se han utili 
zado han sido N2 y He. El efecto de la atmosfera sobre la sinterización de estos
materiales es muy complicado de investigar debido a que la química de alta tempe 
ratura es totalmente desconocida. -
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TABLA 1 - Propiedades mecánicas de materiales compuestos de una matriz de vidrio 
con fibras continuas de CSi. 

MATRIZ %vol. CSi 

Vidrios SAL + Zr02* 50 700 (200) 17 (2) 

Vidrios con 97% Si02 35 500 

" Vidrios de Borosilicato 35 470 

11 50 800 

Entre paréntesis se dan los valores correspondientes a la matriz. 
*datos de la referencia /4/. 
A datos de la referencia /5/. 

Temperaturas 
trabajo 

TABLA 2 - Propiedades mecánicas de materiales cerámicos compuestos que contienen 
fibras monocristalinas de CSi. 

MATRIZ % CSi crf (MN.m-2) Krc (MN.m-3/2) Procesamiento 

* 20(vol.) Al203 805 (400) 9 ( 4.6) PC-1850°C 

Al2<?3+ 20(vol.) 800 ( 11 ) 8.7( 11 ) 
11 

Mullita* 20(vol.) 438 (250) 4.6(2.2) PC-1600°C 

Mullita
0 30(peso) 389 ( 11 ) 3.6( 11 

) 
11 

Circona tetragonal** 30(vol.) 600(1000) 11 ( 6 ) PC-1450°C policristalina(ZTP) 

Entre paréntesis se dan los valores correspondientes a la matriz; PC: prensado 
en caliente. 
*datos de la referencia /7/. 
+datos de la referencia /6/. 
o datos de la referencia /8/. 
**datos de la referencia /9/. 
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PROPIEDADES MECANICAS DE MATERIALES DE CIRCONA TETRAGONAL 

DE DENSIDAD PROXIMA A LA TEORICA 

R.Moreno, J.S.Moya y J.Requena 

Jn~~I~u~o de Ce~ámica ~ VId~Io, CSJC, A~ganda del ~e~ 

A pa~~I~ de polvo~ de ci~cona ~e~~agonal polic~I~~alina 
con un 3% mola~ de Y20

3
, ~e han p~epa~ado dive~~a~ p~obe~a~ 

u~Ili3ando ~écnica~ ae p~oce~amien~o ce~ámico convencionale~ 
como ~on el p~en~ado ~ el calaje. tl p~en~ado I~o~~á~Ico ~e 
ha llevado a cabo a pa~~I~ del polvo de ci~cona ~al cual, po~ 
un lado, ~a pa~~I~ de dicho polvo p~eviamen~e ~ome~Ido amo
lienda en molino de a~~Ición. Pa~a el calaje ~ehanp~epa~ado 
~u~pen~Ione~ acuo~a~ con di~~In~o~ con~enido~ en ~ólido~. La~ 
p~obe~a~ conto~mada~ po~ amba~ ~écnica~ ~e han calcinado a -
1650 2 CI2h. Sob~e la~ pie3a~ cocida~ ~e ha de~e~minado el mó
dulo de ~o~u~a r~1 J a~L como el tac~o~ c~L~Ico de In~en~Idad 
de ~en~Ione~ fkJC7. Se di~cu~e la Intluencia de lo~ pa~áme
~~o~ de p~oce~amLen~o ~ob~e la~ p~opiedade~ mecánica~ delma
~e~Ial ob~enido. 
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l. INTRODUCCION 

Frente a otros tipos de materiales, la cerámica ha pre
sentado el_ problema de su inherente fragilidad y baja resis
tencia mecánica. En los últimos años ha tenido lugar un gran 
desarrollo de dichos materiales en el sentido de incrementar 
su tenacidad y resistencia mecánica. 

Entre estos materiales ha recibido una gran atención el 
estudio de la circona /1/ dadas sus elevadas prestacionesme
cánicas /2,3/. En este sentido cabe destacar la importancia 
desde el punto de vista tecnológico de la transformación de 
fases t~m del Zr02 , que lleva asociado un considerable au
mento de volúmen (3-5%). Cuando se le añade a la circona un 
óxido estabilizante , por ejemplo MgO, CaO, Y20 3 , etc, se -
obtiene una circona parcialmente estabilizada (PSZ), la cual 
presenta precipitados de fase tetragonal en una matriz cúbi
ca. Este hecho puede aprovecharse para mejorar las propieda
des mecánicas de los materiales cerámicos como reconocieron 
por primera vez Garvie y col./4/. 

De todas las composiciones de PSZ, las que contienen -
una determinada cantidad de y o c-3%) y un tamaño de grano 
submicrónico dan lugar a sóli6o~ policristalinos de circona 
tetragonal (TZP). Estos materiales son los que según estu
dios previos /5/ alcanzan unos elevados valores de tenacidad 
y módulo de rotura. 

II. PARTE EXPERIMENTAL 

Se ha partido de Un polvo experimental de circona tetra
gonal policristalina (TZP) con un contenido en Y2o3 de 3% mo
lar. Las características del polvo inicial son las que se de
tallan a continuación: 
a) Anál~sis químico (% en.peso): Y2o3 , _4,6-4,9 ; H~02 , 1,77 
S03 , QP2 , Na20, 0,03~0,04 , A1 20 3 , 0,05 , MgO, 0,01 , CaO, 
0,08; Fe 2o3 , 0,05 ; Tl02.c0,01 ; SI02<0,01. 
b) Por d1fracción de rayos X se ol::5serva que la fracc:i.ón de 
circona tetragonal en el polvo inicial, calculada a partir de 
la expresión de Garvie-Nicholson /6/, es de un 35-40% del 
total (figura 1.a). 
e) El análisis térmico diferencial y el estudio termogravi
métrico no muestran ningún efecto térmico apreciable. 
d) El tamaño medio de partícula, determinado por sedigraph, 
resulta ser de 0,3 pm. 
e) La superficie específica, medida por el método BET, es 
de 8 m2/g. 
f) El análisis por microscopia electrónica de barrido del 
polvo inicial revela la existencia de aglomerados de -4 pm 
de diámetro junto a la presencia de partículas aisladas de -
0,3 pm de diámetro medio (figura 2). 

Estos polvos sehan.pro.cesado según dos mecanismos dife
rentes: 
1.- Prensado isostático . Se ha llevado a cabo a través de 
dos caminos diferentes: 

a) Prensado del polvo tal cual se recibió en forma de 
barras cilíndricas de 5x60 mm a una presión de 200 MPa, 
b) Con el fin de eliminar los aglomerados duros existen
tes en el polvo según se ve en la figura 2, se sometió a 
una molienda en molino de atrición previa en alcohol iso
propilico durante 2,5 horas; posteriormente se secó a -
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70ºC y se tamizó haciendolo pasar a través de una malla 
de 60 pm. El polvo así tratado se prensó en las mismas 
condiciones de a). 

2.- Colaje. Para el conformado de piezas por colaje se ha 
par~ido de suspensiones acuosas de TZP con contenidos eh só
lidos de 70, 75 y 80 % respectivamente. Las suspensiones se 
han preparado en medio alcalino utilizando un dispersante or
gánico• en una proporción del 0,4% con respecto al contenido 
en sólidos, con la adición de un 0,05 % de hexametafosfato -
sódico como defloculante. El colaje se ha llevado~ cabo sobre 
moldes porosos de escayola para obtener barras paralelepipé
dicas (10x10x105 mm). 

Las piezas conformadas por ambas técnicas de procesa
miento se han calcinado a 1650ºC durante dos horas hasta al
canzar en todos los casos una densidad relativa superior al 
99% de la teórica. Sobre ellas se ha determinado el ~f por 
el métodp de resistencia a la flexión en tres puntos y el KIC 
por microindentación, siguiendo el método de Miranzo /7/. 

De las barras obtenidas por colaje se cortaron con dis
co de diamante probetas prismáticas de 4x3x50 mm para la de
terminación del ~ f' las cuales se pulieron especularmente por 
la cara sometida a tracción en el ensayo de flexión en tres 
puntos. 

El estudio por microscopía electrónica de barrido se rea
lizó a partir de probetas pulidas y sometidas a un ataque tér
mico. 

III. RESULTADOS Y DISCUSION 

La densidad en verde, medida por inmersión emmercurio, 
de las piezas obtenidas tanto por colaje como por prensado 
se muestran en la tabla I. En dicha tabla se aprecia cómo el 
procesamiento por colaje proporciona una mayor densidad en -
verde que por prensado. Asimismo se observa que las densidades 
en verde obtenidas por colaje son prácticamente independien
tes del contenido en sólidos de la suspensión en el rango con
siderado. 

En cuanto a las propiedades mecánicas, se observa un ~f 
mucho mayor para las muestras prensadas a partir del polvo so
metido a molienda de atrición que el correspondiente a las -
muestras obtenidas a partir del polvo tal cual se recibió (ta
bla 2 ). Esto pone de manifiesto la negativa influencia que 
ejercen los aglomerados duros observados en el polvo (figura 2) 
debido posiblemente a la formación de grietas causadas como 
consecuencia de la contracción diferencial del compacto duran
te la sinterización. Los valores obtenidos para el ~f de las 
muestras conformadas por colaje son iguales a los obtenidos -
para probetas prensadas a partir del polvo molido por atrición 
(tabla 2). 

En todas las muestras se confirma por rayos X que el con
tenido de circona tetragonal es superior al 95% ( figura l.b). 

Estos resultados ponen de manifiesto que el procesamien
to por colaje, como consecuencia de un mejor empaquetamiento 
en verde de las partículas ( densidad relativa de -57% de la 
teórica) hace que el efecto negativo de los aglomerados sea 
mucho menor. Este hecho se ve favorecido probablemente por la 
rotura parcial de dichos aglomerados durante la etapa de for
mación de la barbotina. 

• Dolapix PC-33, Zschirrmer-Schwarz. 
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Las propiedades mec~nicas de las piezas obtenidas por 
calaje son superiores o similares a las obtenidas en la li
teratura por prensado isost~tico /8/ o por prensado axial se
guido de prensado isost~tico /9/,valores que se recogen asi
mismo en la tabla 2. 

A la vista de los datos aportados por el presente estu
dio, se pone de manifiesto que el procesamiento por calaje -
es apropiado para la obtención de piezas cer~micas de eleva
das prestaciones mec~nicas, como consecuencia de la fina y 
homogénea microestructura del compacto (figura 3), obtenida 
gracias a un adecuado control de los par~metros de ~recesa
miento. 
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TABLA 1 - Densidad en verde de las piezas de TZP 

Técnica de procesamiento Densidad relativa (~xlOO) 

Prensado isost~tico 51 

celaje: 
70% sólidos 56·, 5 

75% sólidos 56,4 

80% sólidos 57,2 
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A 

TABLA 2 - Propiedades mecánicas probetas de TZP 

Tecnica de 
procesamiento 

Prensado isostático 

Polvo tal cual 

Polvo molido 
por atrición 

Col aje 

Prensado isostático 
(ref.S) 

Prensado axial + 
+ isostático 

( ref. 9) 

30 28 
29 

26 

cr- f (MPa) 

470 + 80 - 5,3 ±: 0,1 

730 + 60 -

725 + 50 - + 5,6 0,2 

605 

800 

B 

29 
26 

FJ0.1 . t~pecz~o de d¿t~acc¿ón de ~a~o~ X de la z~o2 
zez~a9onal ~ monoclin¿ca co~~e~pond¿enze~ al polvo ¿n¿

c¡al (a} ~ a la mue~z~a calc¿nada a 1650 2 C. 
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FJ~.2 r~e~encLa de a9lome~ado~ en el polvo LnLcLal 

de z~o2 ob~e~vado~ po~ mLc~o~copia elec~~ónLca de ba

~~Ldo. 

FJ~.J 

Ja~ de CL~cona ~e~~a9onal ob~enLda~ po~ calaje ~~a~ada~ a 

1650QC du~an~e do~ ho~a~. 
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1.- INTRODUCCION 

En los últimos 10 años se han desarrollado modelos no lineales para la 
descripción de la fractura del hormigón y materiales similares, motivados por 
la creciente evidencia de que la teoría de Fractura Elástica Lineal (FEL) no es 
aplicable a ele~entos de hormigón de tamaño ordinario, debido al desarrollo de 
una zona microfisurada (no lineal) de tamaño importante frente al borde de la 
fisura real. De entre ellos, los más·desarrollados y de aplicación más general 
son los modelos de Fisura Cohesiva /1, 2/ y de Banda Cohesiva /3/, 
conceptualmente equivalentes. 

Uno de los objetivos básicos de cualquier teoría de fractura (macroscópica) es 
reproducir adecuadamente el denominado "efecto de tamaño", es decir, poder 
predecir la carga de rotura de un elemento de tamaño arbitrario a partir de la 
de otro elemento geométricamente semejante. Recientemente /4, 5/ los autores 
han deducido, a partir del análisis dimensional y de hipótesis muy generales de 
regularidad, que en una familia de elementos prefisurados semejantes con 
comportamiento descrito por el modelo de la fisura cohesiva, la tensión de 
rotura crNR puede escribirse en función de una dimensión característica "d" en 
la forma: 

(1) 

en la que los coeficientes en son funciones de la geometría y de las 
propiedades del material. Para "d" suficientemente grande basta retener el 
primer término de la serie, con lo que se obtiene el comportamiento clásico de 
la FEL si c0 está adecuadamente definido. La forma de los restantes 
coeficientes es desconocida en la actualidad. 

El método de análisis semianalítico que se presenta está concebido como el 
primer paso hacia un método eficiente de determinación de los coeficientes de 
(1) hasta un orden arbitrario, y se ha desarrollado debido a la dificultad de 
la utilización de métodos numéricos clásicos en el estudio de la evolución de 
una zona cohesiva de tamaño muy inferior al tamaño del elemento considerado. El 
método se ha aplicado con éxito al estudio de la propagac1on de una zona 
cohesiva de Dugdale y al estudio de la propagación de una fisura cohesiva con 
curva de ablandamiento arbitraria en el límite de "Small Scale Yielding". 

2.- DEFINICION DEL PROBLEMA 

Se considera una pieza plana -de tamaño definido por una dimensión 
característica "d"- con las siguientes características geométricas y de carga: 

C.l.- Contiene inicialmente una fisura real plana de longitud "a". 
C.2.- Es geométricamente simétrica respecto del plano de la fisura. 
C.3.- Está sometida a un sistema de tensiones en el contorno simétrico respecto 

del plano de la fisura, con tensiones nulas en los labios de la fisura. 
C.4.- El sistema de tensiones aplicado varía proporcionalmente, por lo que es 

posible definir un único parámetro de carga crN' con dimensiones de 
tensión. 

C.S.- Se considera estado de deformación plana o de tensión plana. 

Para el comportamiento del material se supone válido un modelo de fisura 
cohesiva definido por las siguientes hipótesis: 

H.l.- El material, en cada punto, se comporta de forma elástica lineal -con 
módulo elástico E y coeficiente de Poisson v- en tanto la tensión principal 
mayor alcanza el valor de la resistencia a tracción ft, en cuyo momento se 
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inicia la fractura. 

H.2.- La zona de fractura se representa por una fisura cohesiva (capaz de 
transmitir tensiones). La tensión transmitida "a" es, para procesos de apertura 
monótonos, una función unívoca, decreciente y no negativa, de la apertura de 
fisura ~hesiva "w": 

cr = f(w) con f(Q) :a f t. ( 2) 

Para la propagación de la zona de fractura se supone: 

H.3.- La fisura cohesiva se propaga en el plano de la fisura inicial. 

H.4.- El tamaño "R" de la fisura cohesiva -medido desde el frente inicial de 
fisura- crece de forma monótona. 

Resultará conveniente reducir 
introduciendo, en primer lugar, 
característica lch' definidos como 

las 
la 

expresion~s a 
energía de fractura 

forma 
GF y 

adimensional 
la longitud 

GF .. fo • f(w) dw < 3) 

lch"' GFE'/ft2; (E'•E en tensión plana y E'•E/( 1-v2 > en deformación plana) (4) 

y definiendo las tensiones, 
respectivamente como: 

corrimientos y tamaños adimensionales, 

cr*= cr /f t 
donde a y w simbilizan, respectivamente, cualquier tensión y corrimiento. 

Con este criterio la ecuación {2) se transforma en, 

cr* ... F(w*) con F(O) •1 y fe, ... F(w*) dw* •1 

(S) 

(6) 

Debido a la posibilidad de existencia de un máximo de carga, se tomará como 
variable independiente el avance "R" de la zona de fractura y por las 
condiciones de simetría se considerará sólo la mitad de la pieza. Con los ejes 
definidos en la Fig. la y llamando a 22 a la tensión vertical a lo largo del eje 
xt y w a la apertura de fisura, el problema se reduce, para cada R, a uno 
e ástico con las siguientes condiciones de contorno: 

CCl.- Tensión proporcional a fta; en el contorno exterior, con a; a determinar. 
CC2.- Para X¡ < o a22 = o 
CC3.- Para o < xl < R a~2 = F(w*) 
CC4.- Para xl > R w == o 

3.- DESARROLLO TEORICO DEL METODO DE SOLUCION 

3.1 Obtención de la Ecuación Integral Básica: Esquema de Superposición 

La evidencia de que la solución elástica para cualquier fisura de profundidad 
comprendida entre a y a + R cumple automáticamente las condiciones de contorno 
CC2 y CC4, sugiere la posibilidad de buscar una solución como superposición de 
las soluciones correspondientes a una distribución continua de elementos con 
fisuras clásicas de profundidad a + u, con O ~ u ~ R, (Fig. lb) sometidas cada 
una a carga exterior proporcional a la dada pero con tensión adimensional 
infinitesimal definida por: 
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da-N* = p(u/R) d(u/R) (7) 

donde p(u/R) 
determinarse 
contorno CC3. 

es una función 
de forma que en la 

densidad de carga adimensional que debe 
superposición se satisfaga la condición de 

Con la nomenclatura definida 
aperturas de fisura en la zona 
vienen dados por: 

en la figura, la distribución de tensiones y 
de fractura y el valor del parámetro de carga 

a-22<x1)"" ftfoxl p(u/R) k1[u/dJ(x1-u)/d] du/R 

W(X 1) = (ftd/E') Jx 1R p(u/R) k2[u/d,(u-x1)/d] du/R 

<Y N,. f t J
0 
R p(u/R) du/R 

(8) 

(9) 

(lO) 

donde las funciones k1 y (d/E') k 2 son, respectivamente, las distribuciones de 
tensiones y aperturas de fisura correspondientes a una carga unidad y que se 
suponen determinables por análisis elástico para cada profundidad de fisura. 
Adimensionalizando las variables según lo indicado en la Ec. (5), y efectuando 
los cambios de variables u/R = s, x1/R = x, las ecuaciones (8) a (lO) se 
transforman en: 

cr 22*(x) == /
0
x p(s) k1[rs,r(x-s)] ds 

w*(x) ... (R*/r) Ix 1 p(s) k2[rs,r<s-x)] ds 

a- *= I 1 p(s) ds N o 

donde se ha escrito R/d = r. 

(11) 

( 12) 

(13) 

Imponiendo ahora el cumplimiento de la condición de contorno CC3, la solución 
del problema se reduce a la determinación -para cada R* y cada r- de la función 
p(s) definida sobre (O, 1) que, con a~2 y w* dadas por (11) y (12), cumpla, 

a- *"" F(w*) 22 para o< x ~ 1 (14) 

La determinación de la carga correspondiente se obtiene en forma inmediata de 
(13) una vez determinada p(s). Debe notarse que la ecuación (14) define 
implícitamente a p(s) como función de R* y de r,- lo que puede expresarse como: 

p(s) = p(s; r,R*) (15) 

3.2 Análisis Asintótico: Desarrollo en Serie de Potencias de "r" 

En el análisis asintótico se analizan los casos en que el tamaño de la zona de 
fractura es pequeño frente al tamaño de la pieza, es decir aquellos casos en 
que 11 r 11 es pequeño. Para ello se lleva a cabo un desarrollo en serie de las 
·ecuaciones (11) a (15) -que posteriormente se trunca- en la forma siguiente: 

(a) Se escribe la solución buscada en la forma, 

P(s ·r R*) :: ! p (s ·R*) rq+112 
, 1 q=O q ; (16) 

(b) Los núcleos k1 y k 2 se desarrollan en serie respecto de su segundo 
argumento (distancia al borde de fisura) lo que, de acuerd.o con el análisis 
clásico lleva (ver, por ejemplo /6/) -con los ejes de coordenadas considerados 
y las variables adimensionales definidas en (5)- a las siguientes expresiones; 
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k1[rs .. r(x-s)] = n~o Bnirs] [r(x-s)F112 

v rrs~r(s-x)J =}: 4 (-1f (n+1/2f1 B,..[rs) [r(s-x)r+112 
"'Z n=O 

(17) 

(18) 

debe notarse que los coeficientes a son sólo funciones de la 
fisura (a + drs) y pueden determinarse directamente hasta el 
utilizando el Método de Colocación de Contorno. 

profundidad de 
orden deseado, 

(e) Suponiendo a continuación que los coeficientes Sn son .desarrollables en 
serie de Taylor en u = O, puede escribirse: 

00 m m B,..[rsl =,J:
0

Bnm r s 09) 

donde los coeficientes a son fijos para una geometría dada, e independientes 
del tamaño. En particul~~' el coeficiente B00está relacionado con el factor de 
intensidad de tensiones nominal (para la geometría inicial) por la ecuación: 

A partir de las ecuaciones obtenidas en (a), (b) y (e), las ecuaciones (11) a 
(13) se transforman e.n: 

00 k 
0'22*(x) =k~O rk .loWn {Pk-n;x} ( 21) 

w*(x) = R*! rk ~ W {p ·x} (22) 
k=O n=O n k-n" 

cr* =! rk+1/2 J 1 p (s) ds (23) r-o o k 

donde los operadores lineales IJn{ f; x} y liJn{ f; x} se definen com9: 
n x n-m( )m-1/2 Wn {f ;x} = m~o Bm(n-m) ~ f(s) s x-s ds < 24> 

OO,..{f·x} = 4 ! (-1)m(m+t/2r1Bm(n-m) J1 f(s) sn-m(s-xf+
112 

ds <25 > 
~ m=O x 

3.3 Desarrollo en Serie de la Solución: Ecuaciones Finales 

Supondremos que la función F(z) de la ecuación (6) es desarrollable en serie de 
Taylor en cualquier punto dentro del intervalo de interés (normalmente hasta 
alcanzar la carga máxima) y escribiremos: 

F(z + AZ) = F(z) + f 
1
(z) A.Z + F2(Z) (Az)2 + f 3(z) (A.Z)3 + ... 

Fh(z) ... f(hl(z)/hl 

Sustituyendo (26) en (14), utilizando los desarrollos (21) y 

( 26) 

( 27) 

( 22) e 
identificando términos de igual grado en r, se obtiene un sistema de ecuaciones 
integrales en las p susceptibles de ser resueltas secuencialmente, con la 
siguiente estructura:q 

(ID0 {p0 ;x} = F[R* 000{p0 ;x}] 

(!)0{pn;X} = R* F1[R* lilo{p0;x}] ülJPn;X} + 5n{Po, ... , Pn-1 ;x} 

(28) 

(29) 

donde Sn {p
0 

, ... , p _1 ; x} es un operador, en general no lineal, cuyas 
expresiones en funció~ de los operadores previamente definidos son, para los 
primeros términos: 

(30) 

223 



= F
1
[R* IDJPo;:d] [~p0;x} + Gl1{p 1;x}]- f!h{p0;X}-

- (!] 1 {p1 ;x} + R*2 F
2

[R* 00o{p0 ;x} 1 1001 {p0 ;x} + 000{p 1 ;x} ]2 (31) 

La ecuación (28) es no lineal (en general) y su solución proporciona la función 
Po , y por tanto el primer término del desarrollo en serie de la solución 
completa. Cuando los restantes términos se desprecian, se obtiene la 
aproximación asi.ntótica de orden O o límite clásico de "Small Scale Yielding". 

Las ecuaciones (29), que proporcionan los términos siguientes del desarrollo en 
serie, son lineales y resolubles en cadena, es decir, la solución del término 
n-simo depende de los anteriores, pero no de los siguientes. Además, lo único 
que varía es el término independiente S , pero el núcleo es el mismo para todas 
ellas. En un esquema de cálculo num~rico ésto significa que la matriz de 
rigidez para todo el conjunto de ecuaciones (29) es la misma y, por tanto, 
solamente debe ejecutarse la rutina de inversión para la primera, siendo los 
cálculos necesarios para las subsiguientes ecuaciones muy reducidos. 

4.- APLICACIONES 

Hasta el momento las aplicaciones del método general se han limitado al estudio 
de aproximaciones asintóticas de cualquier orden para materiales regidos por el 
modelo de DUGDALE y al estudio de la aproximación asintótica de orden O (SSY) 
para una familia uniparamétrica de curvas de ablandamiento. 

4.1 El Modelo de Dugdale 

En el modelo de Dugdale la función de ablandamiento F(w*) viene dada por: 

F(w*) = 1 para O < w* < 1 
F<w*) =o para 1 < w* 

(32) 

Con estas ecuaciones, las (28) y (29) se reducen a un sistema de ecuaciones 
integrales lineales resolubles analíticamente. Se puede demostrar que la 
solución general es: 

p (S) = e sn-112 (33) 
1'1 1'1 

donde el coeficiente en depende de los skm tales que k + m ~ n. 

Sustituyendo la solución (33) en la ecuación (23) y en la (22) particularizada 
para x = O, se obtienen, respectivamente, los valores de a* y del CTOD* para el 
orden de aproximación deseado. Debe observarse que la solución es válida sólo 
mientras CTOD* ~ 1, en cuyo momento se inicia la propagación de la fisura real. 

Para verificar la bondad de los resultados y, también, para obtener límites de 
validez de las aproximaciones, se ha analizado el caso de la fisura inicial de 
longitud 2a en un medio indefinido sometido a tracción remota ftO*, para la que 
se conoce el resultado teórico (véase, por ejemplo, /7/), dado por: 

<r* "" (2/íf) arcos ( 1 t +r)) 
CTOD* • (8/íf) a* ln( 1 +r) 

con r ... R/a (34) 

(35) 

Nótese que en este caso la longitud característica "d" se hace coincidir con 
"a". 

La figura 2 muestra la representación gráfica de 
junto con las aproximaciones de orden O (SSY), 1 y 
intervalo sobre el que puede realizarse una 
comportamiento aumenta espectacularmente al 
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2. Como puede observarse, el 
predicción aceptable del 

aumentar el orden de la 



aproximación, siendo el más importante, relativamente, el conseguido al pasar 
del SSY al orden l. Por ejemplo, para tener una predicción del CTOD con un 
error menor del 1%, el valor de r debe ser inferior a 0,02 para orden O, puede 
llegar a 0,177 para orden 1 y a 0,353 para orden 2. 

4.2 La Aproximación de Orden O (SSY) para Abladamiento Arbitrario 

4.2.1. Ecuaciones y método de solución 

Para orden O la ecuación a resolver es la (28), que escrita explícitamente 
resulta: 

B
00 

J0x p0(s) (x-sr112 ds ... F[R* 8B
00 

fx 1 p0(s) (s-x) 112 ds] ( 36) 

A la vista de (49) 2 de que, p0 presenta, en general, una singularidad en el 
origen del tipo r-1/ , se ha tomado como incógnita la función g(s) definida por 
la ecuación: 

g(s) = B
00 

p(s) s 112 (37) 

Para resolver aproximadamente la ecuación (36) se ha utilizado un método 
numérico muy simple con las siguientes características: 

- Interpolación lineal a trozos para g(s). 
- Método de colocación por puntos en los ·puntos nodales. 

Definición analítica de F(w*) y de su primera derivada. 
- Desarrollo analítico de las integrales sobre elementos. 
- Cálculo incremental e iterativo (Método de Newton-Raphson). 

Para cada R* se obtienen la distribución de tensiones y aperturas de fisura en 
los nodos, el valor de CTOD* J el valor del factor de intensidad de tensiones. 

4.2.2. Aplicación 

Para el análisis del méto~o de cálculo y el estudio de la influencia de la 
forma de la curva de ablandamiento en la evolución de la zona de fractura se ha 
considerado una familia uniparamétrica de curvas de ablandamiento cuya ecuación 
es: 

F(w*) = (t+A) e-Bw* -A 

=O 

B = 1- A [ 1 n( t + A)-1 nA] 

para w* ~· W*c a a-1{1n( 1 +A)-lnA] 

para w* ~ w*c 

(38) 

(39) 

(40) 

donde la relación (40) impone la c.ondición de área unidad expresada en la 
Ecuación ( 6) . 

La ventaja de esta ecuación es que incluye como casos límite el de 
Dugdale (A teniendo en cuenta a- 1 por la izquierda), el lineal (A=±~) y la 
exponencial decreciente completa (A"" O). Los casos estudiados han sido el de 
Dugdale (~ = 1), el lineal (w* = 2) y las exponenciales truncadas 
correspondientes a valores de w* de ~ y 8, que presentan una marcada similitud 
con los resultados experimentales obtenidos para el hormigón. El aspecto de 
estas curvas verse en la Figura 3. 

Las curvas resultantes 
KrN ) y CTOD, 
observac~s son de 

para la de la carga (e~presada en términos de 
se han representado en la figura 4. Las siguientes 



(a) Para todas las curvas de ablan<l'mniento el máximo de carga corresponde al 
criterio clásico del factor de intensidad de tensiones crítico. 

(b) Para las curvas de ablandamiento continuas se obtiene un máximo de forma 
natural sin necesidad de recurrir a "criterios" adicionales. Pese a todo puede 
observarse que. el máximo coincide también con el clásico del CTOD crítico. 

(e) La influencia de la forma de la curva de ablandamiento en el tamaño de la 
zona cohesiva en el momento de carga máxima es espectacular. Nótese, en 
particular, que las curvas correspondientes a w* igual a 4 y 8 serían 
difícilmente distinguibles a nivel experimental y,c sin embargo, conducen a 
tamaños de la zona de fractura diferentes en una relación 1:4. 

Resulta interesante hacer una estimación del tamaño de la zona de fractura 
crítica para un hormigón normal. Tomando GF = lOO N/m, E = 35 GPa y ft = 3,5 
MPa, y considerando que la experimentación muestra que la tensión no es nula 
para w tan altas como 0,15 mm, resulta w* > 5,25, e interpolando 
parabólicamente R > 86 cm. Obviamente la inmensa mayoría de las piezas reales 
no pueden cumplir clas condiciones de aplicabilidad de la aproximación SSY y es 
imprescindible ir a órdenes de aproximación superiores. 
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EFECTO DE LA MICROFISURACION DE LA MATRIZ SOBRE LA CURVA 
TENSION-DEFORMACION DE FIBROCEMENTOS 

RESUMEN 

Andrés Valiente Cancho 

Depo:rtamento de Física y Física de Materiales 
E. T. S. Ingenieros de Caminos, Canales y Puertos 
Universidad Politécnica de Madrid. 

Las curvas tensión-deformación de los cementos reforzados con fibras reflejan un compor
tamiento no lineal del material antes de que la matriz se fisure macroscópicamente y el -
fibrocemento alcance su máxima resistencia. 

El trabajo que se presenta estudia este problema considerando que la no linealidad es debi
da a la microfisuración progresiva de la matriz de cemento, y aplicando la teoría de Mecá
nica de Fractura se desarrolla un modelo teórico que predice el comportamiento no lineal 
observado en las curvas tensión-deformación y pone de manifiesto el papel que las diferen
tes variables micromecánicas desempeñan respecto a las propiedades mecánicas macroscó 
picas del material compuesto. El modelo se contrasta con las curvas experimentales de :: 
tres fibrocementos reales, obteniéndose que los resultados teóricos concuerdan muy satis
factoriamente con los datos experimentales. 

ABSTRACT 

Tensile behaviour of fiber. reinforced cements which exhibit microcrackin9 matrix are 
analyzed theoretically. Fracture Mechanics principles are applied andan analytical 
expression for the stress-strain curve is obtained. Theoretical results are in good 
agreement with experimental data. 
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1.- INTRODUCCION 

Los fibxocementos constituyen uno de los tipos de materiales compuestos menos 
estudiado, a pesar de su extendido uso en la industria de la construcción. A 
consecuencia de ello los esfuerzos que se vienen realizando en los últimos 
años para desarrollar nuevos fibrocementos, tropiezan con serios obstáculos. 
El propósito que persiguen dichos esfuerzos es encontrar alternativas al 
amianto para reforzar el cemento y aunque se están estudiando posibilidades -
muy prometedoras (fibra de vidrio, de acero, polipropileno, celulosa, fibra -
de carbono, fibras Kevlar, etc. /1/), no es fácil obtener resultados óptimos, 
porque no se dispone de modelos teóricos que relacionen las propiedades del -
fibrocemento, en particular la curva tensión-deformación, con la composición 
y con las características de los componentes. 

En algunos casos, como el del cemento reforzado con película continua de pol! 
propileno que se describe en la referencia /2/, existen modelos para enfibra
dos continuos unidireccionales de matriz frágil /3/ que explican satisfacto -
riamente ia curva tensión-deformación del fibrocemento, pero no sirven si la 
microfisuración de la matriz es un factor determinante de dicha curva porque 
no consideran este proceso. El modelo que se desarrolla en los apartados si -
guientes está basado en el mismo,y aplicando la Mecánica de Fractura permite 
obtener una expresión analítica de la curva tensión-deformación. 

2.- DESARROLLO TEORICO 

La curva tensión-deformación de un fibrocemento presenta el aspecto típico de 
la figura l. Los diferentes tramos que la componen están asociados a los fenó 
menos esquemáticamente representados en la figura que se describe a continua 
ción. 

- El tramo inicial refleja la desviación del comportamiento lineal que experi 
menta el material como consecuencia de la microfisuración de la matriz. Es u~ 
fenómeno progresivo debido a la formación creciente de microfisuras, como in
dica la disminución paulatina de pendiente. 

- El tramo horizontal corresponde al proceso de agrietamiento macroscópico de 
la probeta. Las primeras fisuras se forman al comienzo del tramo y se van mu! 
tiplicando hasta fragmentar la probeta en trozos unidos por haces de fibras. 
La transición entre este proceso y el anterior puede explicarse por analogía 
con el fenómeno de estricción, considerando que al llegar la tensión a un má
ximo durante la microfisuración, la formación de microfisuras deja de prod~ -
cirse homogéneamente y se concentra en zonas localizadas dando lugar a las ma 
crofisuras. 

- El tramo final es de tensión creciente o decreciente con la deformación se
gún que la resistencia de los haces de fibras supere o no la tensión de fisu
ración de la probeta. Este último caso es el más usual y la rama descenden,te. 
de la curva indica el fallo progresivo de los haces, por rotura o arrancamien 
to de las fibras. 

La resistencia a tracción del fibrocemento viene dada por la máxima tensión -
registrada en la curva y la energía volúmica de rotura,que mide la tenacidad 
del material, por el área encerrada bajo la curva hasta el punto de tensión -
máxima. Por consiguiente, dichas magnitudes serán, respectivamente, la orden~ 
da del tramo horizontal y el área encerrada hasta el final del mismo si la r~ 
tura no se produce antes, durante la microfisuración de la matriz por fract~ 
ra frágil, o durante la fisurac de la probeta por falta de resistencia de 
las secciones agrietadas. 

El objeto de este trabajo es modelizar analíticamente el proceso de microfisu 
ración de la matriz para obtener una expresión teórica del tramo de la curva 
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tensión-deformación correspondiente a dicho proceso. Obteniendo el max~mo de es 
ta expresión determinado el tramo horizontal de la curva o lo que es ~ 
lo mismo la resistencia a del material y asimismo, integrándola, se ob 
tendría la fracción de la volúmica de rotura absorbida por microfisura~ 
ción, cualitativamente la 

Las hipótesis en que se fundamenta e modelo son las siguientes: 

1.- Las fibras contienen el crecimiento de las microfisuras. El tamaño de éstas 
vendrá dado por el espaciamiento entre aquellas. 

2.- La matriz de cemento tiene comportamiento frágil en fractura. Su energía es 
pecífica de fractura GC es constante. 

3.- El comportamiento macroscópico del fibrocemento es el de un material con fi 
suras pero microscópicamente elástico-lineal. Las fisuras están suficiente~ 
mente ~lejadas para poder suponer independientes sus efectos sobre la defor 
mabilidad global y sus dimensiones son pequeñas respecto a las del mate 
rial. 

4.- La energía consumida en microfisurar la matriz es igual a la diferencia en
tre las energías de deformación del fibrocemento supuesto sin defectos y 
del fibrocemento real. 

A partir de estas dos últimas hipótesis se·pueden formular dos relaciones inde
pendientes entre las coordenadas o y E de la curva tensión deformación y el gr~ 
do de microfisuración correspondiente, cuantificado a través del área microfis~ 
rada A por unidad de volumen. Eliminando esta variable entre las dos relaciones 
e integrando el resultado se obtiene la expresión analítica buscada. 

La primera ecuación procede de la hipótesis 4, ilustrada en la figura 2. Cuando 
se aplica una tensión o al fíbrocemento se produce una deformación e: y se gene
ra un área de microfisuras por unidad de volumen A. Las densidades de energía -
absorbidas por deformación y por microfisiración son, respectivamente, J-8 ode: y 
GCA' mientras que la primera de ellas, para el mismo fibrocemento en au~encia -
de defectos, sería 1/2 Ee: 2 si el módulo de elasticidad de este material ideal -
se representa por E. Por lo tanto, de acuerdo con la hipótesis 4: 

1 
2 

crde: = 

y diferenciando respecto a e:: 

dA o = Ee: - G ---C de: 
(1) 

La segunda ecuación deriva de la hipótesis 3. En la figura 3 se ha representado 
un ortoedro de fibrocemento de volumen unidad orientado en la dirección de la -
tensión aplicada y se han supuesto, alternativamente, fisuras de dos tipos: re~ 
tangulares pasantes de anchura el espaciamiento entre fibras s y circulares in
ternas de diámetro igualmente s. La flexibilidad del ortoedro fisúrado puede 
calcularse según el procedimiento sugerido en la referencia /4/, teniendo en 
cuenta que se consideran independientes los efectos de cada fisura. 

Si n es el número de fisuras en el ortoedro, para las fisuras pasantes se tie -
ne: 

E = 
E 

(1 + =....2._(1+ 
E 

y para las fisuras circulares: 

sA) 
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E: = (J 

E 
(J 

E 
(1 + _8_ 

3 

En ambos casos se llega a expresiones del tipo: 

E 
(J = + ksA 

sA) 

( 2) 

con k= 1,57 y k~ 0,77 respectivamente. Si se asimila el caso real a uno ínter 
medio entre los dos anteriores, pero más próximo al de las fisuras circulares -
adoptando k = 1, se obtiene la ecuación buscada. 

Eliminando o entre las ecuaciones (1) y (2) con k = 1 resulta una ecuación dife 
rencial en las variables A y e: que una vez integrada, permite, por eliminación 
de A con la ecuación (2), obtener una relación entre o y e: que es la expresión 
analítica de la curva tensión-deformación: 

2Gc 
E: 2 = 

sE 
Ee:/a · - 1 + E __ e: __ _!_ ] 
E/EO - 1 <J E0 

(3) 

donde E0 es el módulo de elasticidad tangente en el origen, distinto de E por -
la porosidad del fibrocemento. 

La ecuación (3) determina un máximo de a dependiente del cociente E/E
0 

que es -
el valor teórico de la resistencia a tracción del fibrocemento <JF, El área ence 
rrada bajo la curva hasta el máximo también es función de E/E

0 
y representa el 

valor0:e:r~lagen(r;:) volúmica de micro::•:r•~:~n :F( ;:)hos valores :::• 

donde las funciones g(E/E
0

) y h(E/E
0

) se·han calculado numéricamente y aparecen 
representadas gráficamente en la figura 4. 

3.- COMPROBACION EXPERIMENTAL 

Aún habiendo obtenido experimentalmente las curvas tensión deformación de tres 
fibrocementos comerciales con probetas extraídas de chapas onduladas, su comp~ 
ración con las curvas teóricas es dificultosa al ignorarse la composición de 
los fibrocementos y las características de sus componentes. No obstante, pueden 
realizarse comprobaciones parciales y estimaciones suficientemente significati
vas. 

La primera comprobación ha consistido en ajustar una curva teórica del tipo de
finido por la ecuación (3) a cada curva experimental, utilizando como parám~ 
tros de ajuste los cocientes E/E0 y 2GC/sE. El método empleado ·ha. sido el de m.f 
nimos cuadrados en las variables e:2 y e:E0/cr y posteriormente se han reprsentado 
en un mismo gráfico la curva experimental y la curva ajustada. Se han analizado 
de este modo ocho curvas correspondientes a tres materiales distintos ensayados 
a diferentes humedades y temperaturas. La figura 5 muestra un ajuste represent~ 
tivo de los conseguidos e indica que la ecuación (3) es una expresión analítica 
capaz de reproducir con fidelidad resultados experimentales. 

La segunda comprobación se basa en el análisis de las propiedades de los compo
nentes que pueden calcularse a partir de los parámetros de ajuste y de medidas 
directas: 
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MATERIAL POROSIDAD S E hGC/sE E/EO E G 
(mm) (GPg) (GPa) (j ¡g2) 

A, 20l2C, seco 17,5 0,98.10-3 1,59 27 '8 4,0 
0,32 0,3 

A, 702C, seco 14,4 1,17.10-3 1,69 24,3 5,0 

e, 202C, satur. 
0,35 0,1 

9,8 0,82.10-3 1,69 16,5 0,55 

e, 70l2C, satur. 9,3 1, .10-3 1,75 16,4 0,92 

P, 202C, seco 19,7 0,71.10-3 1,79 35,3 0,89 
P, 7012C, seco 16,5 0,66. 10-3 1,61 26' 5 0,58 
P, 2oac,. satur. 0,33 0,1 16,1 0,36.10-3 1,70 27,4 0,18 
P, 702C:. satur. 13,0 0,34.10-3 1,74 22,6 0,13 

Como primer dato a analizar aparece el cociente E/E0 que depende de la poros! -
dad como ya se ha indicado. Los valores obtenidos en los ocho casos son muy pa
recidos, en concordancia con las similares porosidades que presentan los tres -
materiales. Por otra parte si se calcula ~e6ricamente la relaci6n E/E0 a partir 
de la porosidad utilizando el procedimiento propuesto en la referencia /5/ se -
obtiene en este caso un valor de 1,60 si los huecos se suponen cúbicos y 1,90 -
si se suponen esféricos. La coincidencia con los valores de ajuste es total. 

Los valores que resultan para E y Gc son más difíciles de enjuiciar porque s6lo 
en el caso del fibrocemento A se saGe que la matriz es de cemento Portland cura 
do al aire y las fibras son de amianto. Para una matriz de estas característi -
cas, en la referencia /6/ se recogen diferentes valores de la tenacidad de frac 
tura KIC que oscilan con escasas diferencias en torno a un valor de 0,35 MPal:m~ 
En cuanto a su m6dulo de elasticidad,E varía entre 12 y 30 GPa cuando la rela
ci6n agua/cemento lo hace entre 0,50 ym0,25 /. La energía específica de frac
tura de la matriz GC' calculada como K6/E , variaría entonces entre 10 y 
4 J/m2, en completa coincidencia con los ~alores calculados, sobre todo si se -
considera que la agua/cemento empleada debe ser la menor posible. 

El m6dulo de elasticidad del fibrocemento A puede estimarse a partir de los de 
la matriz de cemento y de las fibras de amianto (190 GPa), dando un valor a la 
fracci6n volumétrica de fibras. Suponiendo un 10% y aplicando una de las f6rmu
las de, cálculo contenidas en la referencia /8/, se obtiene que el valor del m6-
dulo de elasticidad del fibrocemento debe situarse entre 20 y 38 GPa, tal como 
sucede c~n los valores anteriormente calculados . 

. 4.- CONCLUSIONES 

Las comprobaciones realizadas indican que la expresi6n te6rica propuesta repro
duce correctamente las curvas experimentales, y por tanto son válidas en princ! 
pio las predicciones que de ella resultan en cuanto a las características de un 
fibrocemento. No obstante, el objetivo de mayor práctico no es tanto p~ 
der predecir con exactitud cuantitativa dichas características, como llegar a -
conocer el modo de optimizarlas operando sobre las variables de que dependen. -
En este sentido el modelo propuesto representa una buena aproximaci6n al objet! 
vo porque pone de manifiesto relaciones contrastadas entre las propiedades del 
fibrocemento y de sus componentes. 
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Figura 1. Comportamiento de un fibrocemento en tracción simple. 
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Figura 3.,Tipos de microfisuras 
considerados. 
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APLICACION DE LA TECNICA DE EMISION ACUSTICA AL ESTUDIO DE LA FRAC 
TURA DE UN MATERIAL CERAMICO MULTIFASICO 

C. BAUDIN* 
F. CAMBIER** 
L. DELAEY*** 

* -IN$TITUTO DE CERAMICA Y VIDRIO (C. S. I. C.) 
Arganda del Rey (Madrid). 

**CENTRE DE RECHERCHES DE L'INDUSTRIE BELGE DE LA CERAMIQUE 
Mona (Bélgica). 

*** KATHOLIEKE UNIVERSITEIT LEUVEN, Dept. Metaalkunde en 
Toegepaste Materiaalkunde~ 

En este trabajo se ha detectado la em1.-B1.-0n acústica de tres ma 
teriales cerámicos tipo, con objeto de fijar las posibilidades de 
esta técnica a la hora de determinar los distintos mecanismos de 
reforzamiento que actúan durant~ Za fractura de los materiales ce 
rámicos a base de circona. 

In the pres.ent work i·t has been recorded the acoustic emission 
of three standard ceramic materials i,n order to fix the usefulness 
of these teahniques to distinguish the different toughening mecha 
nisms taking place during the fracture of circonia-based ceramics. 
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l. INTRODUCCIÓN 
Se puede definir emisión acüstica (EA) de un material como las 

ondas de presión generadas en él durante los procesos dinámicos. 
Dependiendo de la fuente responsable de la emisión, el rangode 

frecuencias de la EA se extiende desde el infrasónico (<16 Hz) has 
ta el ultrasónico (>16 kHz). Los sucesos conocidos de mayor longi= 
tud de ondas, los movimientos de tierra, se encuentran en el extre 
mo inferior de la escala (-10- 1 .10 Hz). Las emisiones de frecuen-
cias situadas en la zona audible provienen de sucesos microseismoló 
gicos como la fractura de las rocas, y la E.A. propiamente dicha cu 
bre frecuencias desde el audible hasta la zona ultrasónica de altas 
frecuencias (fig. 1). 

Históricamente fue la seismología la primera ciencia que utili
zó la E.A. como técnica experimental. Las ondas elásticas produci
das durante los movimientos de tierra se analizaban en términos de 
la energía disipada y servían para la localización de los movimien 
tos. Los padres del estado actual de esta técnica son Joseph Kaiser 
y sus colaboradores los cuales, en 1950, utilizaron por primera vez 
instrumentación electrónica para detectar los sonidos producidos en 
los metales durante su deformación. 

En la década de los 60 la E.A .. pasó a ser una técnica utilizada 
en todo el campo de la ciencia de los materiales. Ha sido aplicada 
con éxito para diferenciar los procesos que ocurren durante la frac 
tura de los metales tales como la deforrn~ción plástica, laformacióñ 
de microgrietas a las transformaciones martensíticas (para una revi 
sión bibliográfica ver ref. 1). -

En el campo de los materiales compuestos reforzados con fibras 
es también posible diferenciar por medio de esta técnica procesos 
tales como la fractura de una fibra de la laminación de la matriz 
/2/. 

La E.A. ha sido también utilizada para estudiar la formación de 
microfisuras y la propagación de fisuras principales en varias cerá 
micas estructurales tales como porcelana /3-5/, alümina /6-10/, y
carburo de silicio /8-9/; en vidrios /10/, y en materiales de arci~ 
lla cocida /11/ (ver T-I). 

El material que nos ocupa ha sido prepar&do siguiendo una técni 
ca denominada sinterización reactiva /12.,..17 /. Está formada por un es 
queleto mullítico en el cual están embebidas partículas de circona
de forma redondeada y matrices alumínicas. Existen pequeñas discon
tinuidades formadas por una fase vítrea siliciosa donde se encuen
tran partículas de circona de forma angulosa y matrices alumínicas. 
Existen también partículas de alúmina y circona parcialmente embebi 
das en la fase vítrea y parcialmente en la matriz mullítica (fig 2)~ 

Los valores de factor crítico de concentración de tensiones de 
estos materiales son del orden de 4 MPa m!, más del 100% mayores 
que los obtenidos para la mullita pura (-2 MPa m!). Si se tiene en 
cuenta el exceso de alümina, los valores obtenidos mediante cálcu
los /18/ son de 2.6 HPa m!, también inferiores que los medidos expe 
rimentalmente.· -

Se ha observado que .durante la fractura de estos materiales ocu 
rren varios fenómenos /19/. La fractura atraviesa la matriz mullíti 
ca cambiando su dirección dependiendo de las distintas inclusiones
encontradas. Las partículas pequeñas de circona (<1 ~m) presentan 
fractura intergranular, siendo ünicamente las partículas de mayor 
tamaño las que se encuentran atravesadas por la grieta. Las submatri 
ces alumínicas presentan una fractura principalmente intergranular: 
Por ültimo, la fisura crece tambiéh a lo largo de las interfases fa 
se vítrea-matriz mullítica. -

Para los materiales cerámicos a base de circona se han propues
to dos mecanismos de reforzamiento basados en la transformación mar 
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,-tensítica (tetragonal -+ monoclínicá.) de la circona; ésta tiene lu
gar, durante el enfriamiento, a partir de 1200°C y lleva consigoun 
apreciable aumento de volumen (3-5%): 

1) Transformación de las partículas de circona, retenidas en for 
ma tetragonal durante el enfriamiento, en el campo de tensiones de
la griet& principal. 

2) Nucleación de las mic~ogrietas, creadas debido a la trans
formación de las partículas durante el enfriamiento, en el campode 
tensiones de la grieta principal. (para revisión ver ref. /20-21/~. 

En este trabajo se ha utilizado la E.A. como técnica para dife 
renciar los distintos fenómenos que ocurren durante la fractura de 
un material multifásico preparado por sinterización reactiva. Para 
ello se ha comparado la emisión procedente de este material duran
te la fractura con la emisión procedente de materiales patrón de 
microestructuras más sencillas. 

2, MATERIALES PATRÓN 
Se han utilizado como materiales patrón circona tetragonal po

licristalina y alú~ina pura. 
La circona tetragonal policristalina es un material formado por 

granos muy pequeños de circona retenida a temperatura ambiente ba
jo forma tetragonal. Existen dos factores que contribuyen a la es 
tabilización de la circona: Por una parte, la adición de un 3% (eñ 
moles) de Y2 0 3 produce una estabilización química; y, por otra, exis 
te también una estabilización mecánica debida a la presión que ejer 
cen unos granos sobre otros. Hoy día se acepta que la mejora de sus 
propiedades mecánicas (respecto a las de la circona cúbica o mono
clínica) se debe a la transformación de las partículas de circona 
en el campo de tensiones creado por el frente de la fisura /20-21/. 

La alúmina es un material policristalino cuya expansión térmi
ca se produce de forma altamente anisotrópica /6-7/, /24-26/. Sute 
nacidad aumenta al aumentar el tamaño de grano y alcanza un máximo, 
para tamaños del orden de 60 ~m, a partir del cual empieza a dismi 
nuir al crecer el grano. La dilatación térmica anisotrópica durante 
el enfriamiento produce tensiones residuales, que dan lugar al desa 
rrollo de microgrietas en el campo de tensiones de la fisura princT 
pal. Así se ve reducida la energía de deformación disponible para -
la propagación de la fisura principal. Este efecto es mayor para ta 
maños de grano mayores. cuando el tamaño de grano es muy grande, se 
produce un crecimiento de la grieta principal por unión de ésta con 
las microfisuras lo cual conduce a un debilitamiento del material. 

3. PARTE EXPERIMENTAL 
Se ha registrado la emis1on procedente de los materiales duran

te la penetración de una punta de diamante piramidal (V-136) a una 
velocidad de 0.05 mm/min en superficies previamente pulidas. La má 
quina utilizada fue una Instron. Las cargas máximas utilizadas fue 
ron 1 O y 4 O Kg . -

La salida del amplificador de la célula de carga se conectó al 
equipo de E.A. la cual permitía la representación de la E.A. enfun 
ción de la carga aplicada. -

Los detectores fueron cristales de circona parcialmente estabi 
lizada (Philips PXE5) de 5 mm de diámetro y 1 mm de espesor, conam 
bas caras metalizadas. La frecuencia de resonancia de estos crisúi 
les era de 1 MHz. Para mejorar el acoplo mecánico entre la muestra 
y el detector se utilizó grasa. 

Las señales acústicas fueron previamente amplificadas y filtra 
das con un preamplificador AET (modelo 160 E) cuya ganacia era de-
60 dB y su banda de frecuencias de 250 a 500 kHz. 
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La unidad de procesamiento fue un amplificador AET 5000 de ga
nancia ajustable entre O y 40 dB y un microprocesador el cual per-
mitía tanto representac s la E.A. en tiempo real como el pro 
cesamiento posterior de señales. -

Con objeto de evitar los ruidos de fondo y los procedentes del 
acoplamiento material-indentor se realizaron ensayos a cargas déb! 
les, a las cuales no se producía grieta y se caracterizaron las se 
ñales registradas. Este tipo de emisión fue eliminado en los ensa= 
yos posteriores. 

Para caracterizar la emisión registrada se escogió la represen 
tación de la distribución de energías de los sucesos. Esta es cal= 
culada por el microprocesador a partir de la amplitud máxima del su 
ceso y su duración 

10 log _5!_ 
V o 

Energía = máx. amplitud + 10 log (duración) 

donde las unidades de la amplitud son dB y las de duración microse 
gundos. 

El óxido de aluminio se preparó utilizando polvos RC172DBM a 
los cuales se añadieron pequeñas cantidades de MgO con objeto de evi 
tar el crecimiento de grano exagerado y enaltecer el proceso de sin 
terización. El polvo fue prensado isostáticamente (200 MPa) y reci 
bió un tratamiento térmico de una hora a 1600°C. -

La circona tetragonal policristalina se preparó a partir de pol 
vos comercializados por la firma TOYOSÓDA (Japón). Los polvos de -
partida se prensaron isostáticamente (200 MPa) y recibieron un tra 
tamiento de una hora a 1500°C. -

Las propiedades generales de los materiales patrón utilizados 
se resumen en la tabla II. 

4, RESULTADOS 
Las características principales de la emisión detectada son las 

siguientes: 

1.- La emisión empezó a detectarse a partir de cargas pequeñas 
(-1 Kg) para la alúmina y el' material preparado por sinterización 
reactiva. En caso de la circona tetragonal la primera emisión 
ocurrió para cargas de 3~4 Kg. 

2.- Para la alúmina y el material preparado por sinterización 
reactiva la emisión se producía de forma continua, incrementándose 
gradualmente, alcanzando un estado estacionario durante la carga y 
cesando al terminar ésta. La forma de la emisión en el caso de la 
alúmina fue más regular. 

Para la circona tetragonal la emisión se incrementaba de forma 
brusca, siendo mayor a cargas bajas (<20 Kg). También en este caso 
tuvo lugar únicamente durante la carga, cesando bruscamente al ter 
minar ésta. -

3.- El material más activo acústicamente fue el preparado por 
sinterización reactiva y el menos activo la circona tetragonal pol! 
cristalina. 

Es interesante remarcar que, en general, el número de sucesos 
registrado para un material y carga máxima dadas fue mayor en las 
experiencias en las cuales el tamaño de la fisura era menor. 

La reproducibilidad de las experiencias fue buena en los casos 
alúmina y circona tetragonal policristalina. Para el material prepa 
rado por sinterización reactiva se encontró dispersión en los resui 
tados; ésta está ligada posiblemente a la mayor irregularidad en la 
forma de las huellas realizadas sobre este material. 

La fig. 3 muestra ejemplos típicos de las distribuciones de su
~esos en función de la energía de éstas obtenidas para los tres ma-
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teriales en experiencias en las cuales la carga máxima aplicadafue 
40 Kg. Los hechos más significativos a resaltar son los siguientes: 

1.- En el caso de la circona tetragonal policristalina la dis
tribución empieza en aproximadamente 22 dB y tiene su máxima entre 
61 y 76. 

-Para el óxido de aluminio la distribución va de 18 dB a 73 dB 
y tiene un pico pronunciado entre 33 y 38. Es posible dividir la 
distribución en dos partes; una de ellas entre 18 y 43 dB, cuyo má 
ximo se situaría en 28 dB y otra entre 30 y 73, con el máximo si-
tuado en 38 dB. El pico central procedía en este caso de la adición 
de las dos subdistribuciones. 

-En el material compuesto la distribución tiene su máximo en
tre 23 y 33 dB y puede dividirse en tres partes. En las experien
cias realizadas utilizando 20 Kg como carga máxima hay dos picos 
claramente diferenciados: uno va de 23 a 28 dB y el otro de 30 a 
48 dB; en las experiencias en las que la carga máxima fue 40 Kg la 
zona central entre estas dos subdistribuciones crece, haciendo que 
la separación entre ellas sea menos clara (fig. 4). Porfiltimo,exis 
te un tercer pico situado a energías mayores que 63 dB, claramente 
diferenciado en las experiencias en las que la carga máxima fue 40 
Kg. 

Es interesante resaltar que el pico situado entre 30 y 48 dB 
se encuentra también en las experiencias realizadas en alfimina. 

2.- Para todos los materiales, al aumentar la carga, el número 
de sucesos de baja energía crece más rápido que el de los de alta 
(fig. b3-4). 

5. DISCUSIÓN 
Dado el tipo de experiencias realizado no es posible diferen

ciar los fenómenos que ocurren durante la fractura del material en 
términos temporales, esto es: se detectan a la vez los fenómenos 
subcríticos y el crecimiento de la fisura principal. 

El aumento del número de sucesos al disminuir el tamaño de la 
fisura para un material y una carga máxima dados puede ser debido 
a la ocurrencia de un mayor número de sucesos subcríticos,lo cual 
emplearía energía que en otro caso estaría disponible para el cre
cimiento de la fisura principal. 

El que no se detecte emisión a cargas inferiores a 4 Kg en el 
caso de la circona tetragonal, está de acuerdo con que hasta 4 Kg 
no comienza la fractura. En los otros dos materiales ya se forman 
fisuras radiales a la huella cuando se utilizan cargas del orden 
de 1 Kg, lo cual está de acuerdo con que haya emisión desde el prin 
cipio de la carga (dentro de los límites de error experimentales)~ 

Común a todas las experiencias es un aumento del número de su
cesos de baja energía al aumentar la carga, este tipo de sucesos 
ha sido relacionado con crecimiento subcrítico de las fisuras /71. 
En nuestro caso este crecimiento s~bcrítico puede ser debido a ra
mificaciones de la fisura principal (a veces estas ramificaciones 
se ven incluso en la superficie, principalmente en el material pre 
parado por sinterización reactiva) , lo cual originaría los sucesos 
de baja energía antes ~encionados. 

El fenómeno de ramificación de la fisura principal es más im
portante en el material preparado por sinterizació~ reactiva yaque 
es mayor el nUmero de discontinuidades que ésta encuentra (p.e. los 
bordes de grano mullita-fase vítrea), también es mayor el número 
de sucesos de baja energía encontrado en este caso. 

Al aumentar la carga es más importante este fenómeno. Por unla 
do, la fisura principal es mayor lo cual hace que haya un mayor nü 
mero de puntos susceptibles de ser origen de fisuras secundarias; 
por otro, al ser la carga mayor, pueden desarrollarse fisurasapa~ 
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tir de defectos de menor tamaño. 
Las distribuciones de sucesos en función de la energía de és

tos obtenidas en las experiencias realizadas en la circona tetrago 
nal policristalina son estrechas y centradas en las altas energías 
(fig. 4-5-6). Esto es imagen de una forma de fractura bastante uni 
forme, llevada a cabo a base de sucesos iguales y muy energéticos-:
La primera c'aracterística está de acuerdo con la homogeneidad de 
la microestructura de este material y la segunda con su alta tena
cidad. 

Para la alúmina las distribuciones de sucesos por energía son 
más anchas que en el caso anterior, la división de éstas en dos 
subdistribuciones puede estar relacionada con los dos tipos de fe
nómenos que ocurren durante la fractura de la alúmina. Por un lado, 
el desarrollo de las fisuras alrededor de las partículas podr!a ser 
responsable de los sucesos de alta energla (>30 dB); la coalescen
cia de estas fisuras, proceso menos energético que el anterior, da 
ría orígen a la emisión de bajas energías (-18-43 dB). -

En el material compuesto alúmina-mullita-circona, las distribu 
cienes antes mencionadas son mucho más complejas. En este caso hay 
al menos tres tipos de procesos que tienen lugar durante la fractu 
ra: 

1.- Crecimiento de la fisura a lo largo de la interfase mulli
ta-fase vítrea. Este fenómeno es el menos energético y no tiene lu 
gar ni en la alúmina ni en la circona, la gran cantidad de sucesos 
de baja energía (<30 dB) detectados en·este material puede ser de
bida a él. 

2.- Crecimiento de la fisura a través de las submatrices alurnl 
nicas. Este proceso podría ser el origen de la subdistribución de
sucesos encontrada para el material mullita-alúmina-circona, la 
cual coincide con la distribución encontrada para la alúmina (figs. 
4-5) . 

3.- Crecimiento de la fisura en la matriz mullítica. La trayec 
toria de la fisura en la matriz mullltica no es regular, cambia su 
dirección dependiendo de las distintas inclusiones que encuentra. 
Así pues, su propagación está dividida en varios "saltos", cada uno 
caracterizado por una cantidad de energía disipada distinta. 

El factor crítico de concentración de tensiones de una mullita 
reforzada con circona es 3.3 MPa m!, así pues, para la misma canti 
dad de fisura formada, la cantidad de. energía dispersada en este -
caso es ligeramente menor que en el caso de la alúmina (ver T-II). 
Sin embargo, debido a la trayectoria de la fisura en este caso (ca 
da extensión de la fisura tienen distinta longitud ya que depende
de las inclusiones que encuentre) , es de esperar la ocurrencia de 
sucesos de variadas energías. Esto podrla ser responsable de las an 
chas distribuciones encontradas para este material y de la extensión 
de éstas hacia las altas energías (>30 dB). 

5, CONCLUSIONES 
Ha quedado demos.trada la posibilidad de diferenciar los proce

sos que ocurren durante la fractura de un material multifásico por 
medio de la emisión acústica procedente de ellos. 

La técnica de la indentación posee dos características que la 
hacen idónea para est()s estudios: reproduetibilidad y facilidad de 
realización. 
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TABLA I.- Revisión de las experiencias de Emisión Acústica realizadas en Materiales Cerámicos. 

MATERIAL TIPO DE EXPERIENCIA UMBRAL DE DETECCION FRECUENCIA DE RESONANCIA PROCESAMIENTO DE LA 
DEL TRANSDUCTOR SENAL 

-Doble tensión 5 -Cero cuando la carga se -Amplificador de 80 dB 
(en agua) aplica en la parte no -Filtro de frecuencias 

prefisurada.de la nruestra. 160 kHz -Contador de pulsos indi-
-Cero cuando la carga se viduales y acumulados 

-Flexión 5 aplica sobre una ~~estra 
PORCELANA no emisora (vidrio) 

-Ciclo de calentamien 
240 kHz -Preamplificador to y enfr>iamiento 3 -

-Filtro de frecuencias 
-Sobrecarga de aisla- -Contador de sucesos y de 
dores 4· 180 kHz cuentas 

-Doble tensión 6 -Cero cuando la carga se 
aplica en la parte no -Amplificador de 8 dB 
prefisurada de la muestra -Filtro de frecuencias 

-Contador de pulsos indi-
-Flexión en 4 puntos -Cero cuando la carga se viduales y acumulados 
con especimenes pre- aplica sobre una muestr>a 160 kHz 
parados 6 no emisora 

ALUMINA -Flexión en 4 puntos 6 

-Localización lineal 
-Contador de sucesos (2 detectores) del 

500 kHz -Posibilidad de establecer frente de fisura en 
t entre la emisión r>eci exper>iencias de do-

bida por dos detector>es b le torsión 9 

-Comparación de distin 
-Contador> de sucesos y de tos métodos de medida 
cuentas de propiedades mee~ -Distribución de sucesos 

1 

nicas (DCB, DT,SENB) por amplitud y anchur>a y distintas microes 
5 -tructuras 
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TABLA I (Continuación) 

MATERIAL TIPO DE EXPERIENCIA 

-Flexión en 3 puntos s~ 
bre especimenes prefi-
surados y no prefisur~ 

CARBURO DE SILICIO dos 6 

-Localización lineal (2 
detectores) del frente 
de fisura en experien-
cias de doble torsión 9 

VIDRI0 1 0 -Raspado 

ARCILLA + ARENA 11 -Flexión en 3 puntos SQ 

bre espec{menes prefi-
surados y no prefisurg 
dos. 

CERAMICAS A BASE -Flexión en 3 puntos so 
DE ARCILLA 6 bre especimenes prefi= 

surados y no prefisura 
CERAMICAS FINAS 6 dos -

-~-------------

----------

UMBRAL DE DETECCION FRECUENCIA DE RESONANCIA PROCESAMIENTO DE LA 
DEL TRANSDUCTOR SENAL 

-Preamplificador de 60 dB. 
Amplificador de 20 dB 

180 kllz -Integrador 
-Contador de sucesos 
-Posibilidad de estable-
cer !::,t entre emisión 
recibida por 2 detectores 

-Por encima del ruido 120 kHz -Filtro, amplificador, con 
del contador tador de pulsos -
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TABLA II - Propiedades generales de los materiales patrón utilizados. 

K re (MPa m!) H (GPa) 

<r> ( ]lm) E (GPa) SNEB(4P) IND (Evans) IND (Lawn) Q < 20 Kg Q > 20 Kg 

<0.8 194±4 7.8±9 26 5.626 5.626 -12 -12 

-2.3 373±22 ,3.8 27 - - -40 -30 

-------------

Material 

Circona 
tetragon-
nal poli-
cristalina 

Alúmina 

~-------- --
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Fig. 1.- Rango 

Actividad 
Microseis 
mológica 
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E. A. 

107 Hz Frecuencia 

los ticos. 

Fig. 2.- Microestructura del material compuesto mullita-alúmina-
ciY'cona preparado por reactiva. 

M: 
A: Alúmina 
Z: Circona 
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INFLUENCIA 

RESUMEN 

LAS TENSIONES RESIDUALES EN LA FRAGILIZACION POR 
HIDROGENO DE ALAMBRES TREFILADOS 

José Manuel Campos y Manuel Elic~s 

Departamento de FÍSica y FÍSica de Materiales 
E. T.S. de Ingenieros de Caminos, Canales y Puertos 
Universidad Politécnica de Madrid 

En el presente trabajo se estudia la influencia de las tensiones residuales axiales en alam 
bres de acero obtenidos por trefilado y su relación con la resistencia a 'la fragilización -: 
por hidrógeno en ensayos normalizados de tiocianato amónico. 

Se parte de alambres con pocas tensiones residuales y se modifican Zas tensiones residua 
les superficiales mediante .un laminado superficial bajo diferentes presiones. La técnica
utilizada para la medida de estas tensiones residuales es la difractometría de rayos X. -
Las medidas a distintas profundidades se obtienen por sucesivos pulidos electrolíticos. -
Los tiempos de rotura de los alambres se obtienen a partir de ensayos normalizados de -
tiocianato amónico bajo carga constante.. · 

ABSTRACT 

The role of axial residual stresses in hydrogen embritt~ement of high strength steel 
wires for prestressing concrete is ascertained. 

Compressive longitudinal residual stresses are introduced by rolling ,the wire surface 
under several presures. Residual stresses until a few mm depth have been measured 
by electropolishing and using X ray difraction techniques. Hydrogen embrittlement 
tests have been performed at constant load and using NH4SCN environment. 
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1.- INTRODUCCION 

En el presente trabajo se anal~za la influencia de las tensiones residuales en 
la fragilización por hidrógeno en varios alambres de acero eutectoide trefila
do. 

Las tensiones residuales se han medido por difractometría de rayos X. Hasta h~ 
ce pocos años la cuantificación de estas tensiones a través de las medidas de 
difracción se ha realizado manualmente mediante un proceso muy laborioso. A~ -
tualmente, los avances de la electrónica han permitido el desarrollo de equi -
pos de difracción de rayos X muy atuomatizados que facilitan enormemente este 
proceso. 

Para este estudio se han modificado las tensiones residuales de los alambres -
plastificando las capas superficiales con un laminador superficial. Se ha puli 
do electrolíticamente para eliminar material hasta una profundidad de medio mi 
límetro aproximadamente. Se han realizado ensayos de fragilización por hidróg~ 
no y se han medido los tiempos de rotura para cada alambre, lo cual nos propor 
ciona un índice de la susceptibilidad de este ma,terial a la fragilización por
hidrógeno. 

2.- PROCEDIMIENTO EXPERIMENTAL 

2.1 Material de Ensayo 

El material que se estudia es alambre de acero eutectoide trefilado, estabili
zado y enfriado en aceite. Su diámetro nominal es de 7 .mm y se utiliza para el 
pretensado de hormigón. 

La composición química se refleja en la tabla l. 

Las características mecánicas sé obtienen a partir de un ensayo de tracción 
simple realizado en una máquina universal de ensayos INSTRON modelo 1115 y se 
indican en la figura l. 

2.2 Probetas Utilizadas 

Las probetas utilizadas para el estudio tensional y posterior, ensayo de fragi
lización por hidrógeno son alambres de 7 mm dec:iiámetro y 370 mm de longitud. 

Dos de las tres series de probetas.ensayadas se someten a un proceso de lamina 
do superficial para modificar su estado de tensiones residuales. Para ello se
hace pasar el alambre por un laminador de los habitualmente utilizados en ensa 
yos de fatiga para evitar roturas en mordazas /1/. Con este proceso se defor
man plásticamente las capas superficiales de los alambres. 

Se utilizan las siguientes claves para la designación de las probetas: 

C-0: 
C-1/2: 
C-1: 

Alambre sin laminar super'fi.cialmente. 
Alambre laminado a una presión de 12,5 kg. 
Alambre laminado a tina presión de 25 kg. · 

2.3 Caracterización del Estado Tensional 

La técnica empleada para la medida de las tensiones residuales es la de difrac 
tometría de rayos X /2, 3/. El equipo utilizado es un equipo comercial modelo 
Strainflex de la marca RIGAKU. 

Se mide la tensión axial en varios puntos de una determinada generatriz elegi
da aleatoriamente para cada probeta. 
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Para medir las tensiones residuales en profundidad necesitamos eliminar capas 
de material por procedimientos que no introduzcan tensiones residuales. Por -
este motivo se preparó un proceso de pulido electrolítico para eliminar capas 
de material de unas cuantas decenas de micras. El electrolito utilizado se ob 
tiene a base de ácido perclórico, alcohol y aditivos orgánicos de los común -
mente usados para los aceros /4/. 

2.4. Ensayos de Fragilización por Hidrógeno 

Una vez determinadas las tensiones residuales en profundidad para los tres 
alambres, se someten al ensayo de fragilización por hidrógeno, siguiendo la -
propuesta de la FIP /5/ y del primer anteproyecto de la norma UNE 36-464 de -
Abril de 1985. 

Este ensayo consiste en someter la probeta a una carga constante del 80%±2% -
de la carga de rotura bajo una disolución acuosa de tiocianato amónico 
(NH

4
scN) al 20% en peso a temperatura controlada de 502C±l2C. Este ambiente -

agresivo favorece la penetración de los iones de hidrógeno en el material pr~ 
vacando un debilitamiento de la sección hasta provocar la rotura, contabili -
zándose el tiempo transcurrido hasta la misma. 

3.- RESULTADOS 

Las tensiones residuales axiales medidas en profundidad se muestran en las fi 
guras 2, 4 y 6. La incertidumbre de estas medidas se obtienen con un nivel de 
confianza del 95%. 

Las figuras 3, 5 y 7 muestran la evolución de la anchura del pico de difrac 
ción con la profundidad. La anchura del pico de difracción está relacionada -
con la distancia intercristalina de los planos en posición de difractar me 
diante la Ley de Bragg y, por consiguiente, con la deformación del material. 
Si el material está deformado elástica~ente la anchura del pico de difracción 
tiende a tomar el mismo valor /2, 3/. 

Los tiempos de rotura obtenidos del ensayo de fragilización por hidrógeno ap~ 
recen en la tabla 2 así como las condiciones de los ensayos. 

4.- CONCLUSIONES 

De los resultados anteriores podemos obtener las siguientes conclusiones: 

1.- El laminado superficial introduce tensiones de compresión en el alambre -
de 17 kg/mm2 para el proceso C-1/2 y de 38 kg/mm2 para el proceso C-1. 

2.- La presión de laminado afecta tanto al valor de la tensión de compresión 
en superficie como al espesor de la zona del alambre sometida a compresiones. 
En el proceso C-1/2 penetra hasta 40 ~m, mientras que en el proceso C-1 alean 
za las 190 ~m. 

3.- La anchura del pico de difracción es un buen parámetro para definir el es 
pesor de material deformado plásticamente, ya que se correlaciona bastante 
bien su variación con la profundidad del material plastificado. 

4.- Los tiempos de rotura de los ensayos de fragilización por hidrógeno aume~ 
tan en un orden de magnitud cuando se aumenta la presión del laminado superfi 
cial. En princ~p~o parece que existe una relación de tipo logarítmico; al du
plicarse la tensión de compresión superficial el tiempo de rotura aumenta un 
orden de magnitud. 
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5.- Estos primeros resultados muestran un camino para éñtender la susceptib_!: 
lidad a la fragilización por hidrógeno de estos aceros, no obstante queda mucho 
trabajo por realizar en esta dirección. El valor de las tensiones residuales en 
la superficie no basta para estimar el tiempo de rotura en los ensayos citados. 
Experimentos realizados en nuestro Laboratorio /6/ demuestran que la distribu -
ción de tensiones en profundidad también tiene una influencia preponderante.- -
Dos aceros con la misma tensión residual superficial pueden presentar tiempos -
de rotura muy diferentes según cuál sea la distribución de estas tensiones en 
dirección radial. 

REFERENCIAS 

/1/ Material Testing Equipment, W. Testor, Amsler. Wolpert Werkstoff-prüfmaschinen 
AG Schaffhausen. Instruction 110/28. 

/2/ Castex, L., Lebrun, J.L., Maeder, G. y Sprauel, J.M., "Determination des 
contraintes résiduelles par diffrac·tion des rayons X", ENSAM (Ecdle National S. 
d'Arts et Métiers), París, 1981. 

/3/ Barral, M., Tesis Doctoral, ENSAM (Ecole National Superieure d'Arts et 
Métiers),París. 

/4/ Metals Handbook, 8ª Edición, ~. Metallography, Structures and Phase Diagrama, 
American Society for Metals, January, 1975. 

/5/ FIP-78 (Stress Corrosion Test), "Stress Corrosion Cracking Resistance Test 
for Prestressing Tendons", Technical Report, número 5, FIP, Wexham Spring, 
Slough, U.K. 

/6/ Sánchez Beitia, S., Elaboración Tesis Doctoral, Comunicación Privada. Cáte
dra de Física de Materiales, E.T.S. Ingenieros de Caminos, Canales y Puer -
tOS>d Madrid. 

TABLA 1 - Análisis Químico (% en peso) 

e Mn Si P S Fe 

0,81 0,60 o. 27 0,014 0,029 resto 

TABLA 2 - Tiempos de Rotura en los Ensayos de Fragilización por Hidrógeno 

Alambre 

e-o 
C-1/2 
C-1 

Tensión de Rotura 
(kg/mm2) 

168,7 
168,7 
168' 7. 
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.Tensión de Ensayo 
(kg/mm2) 

134,5 
134', 4 
134,4 

Tiempo de rotura 
(horas) 

15,5 
138,6 

1102,8 
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PRECICLADO A BAJA DEFORMACION EN INICIACION DE FISURAS POR FATIGA 

Alejandro Font Filax 
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1.- INTRODUCCION 

En general el fenómeno de acumulación de daño en fatiga plástica ha recibi
do bastante atención. La mayor parte de los investigadores han tomado la acumu
lación de daño lineal de Miner como referencia y N la vida a la ruptura. Como 
un intento para mejorar las predicciones Manson /1Y desarrolló un modelo bili
neal, en el que reconoce que físicamente existe una diferencia entre la etapa de 
iniciación y de propagación de fisuras. En cada una de dichas etapas propone u 
sar la relación de Miner: 

n. 
J.. L:- = 1 N. J.. 

n 
í.: -E. = 1 

N 
p 

en que los subíndices i y p indican iniciación y propagación respectivamente 
según Manson hay ruptura cuando se cumplen ambas relaciones. 

Aparte de reconocer el interés en separar las fases de iniciación y propag.§!:_ 
ción, no se pudo durante bastante tiempo determinarlas experimentalmente y en la 
mayoría de los trabajos se toma como fin de la iniciación el que se haya desa
rrollado una microfisura de una cierta talla crítica, la que según diversos aut~ 
res oscila entre a = 10 ~m y 100 ~m, por ejemplo Maiya (2). Conviene hacer no
tar que es ampliamgnte reconocida la existencia de tres etapas, por ejemplo Lu
kas y Klesnil /3/: 

1.- Iniciación propiamente tal, con el desarrollo de una subestructura de dislo 
caciones y formación de intrusiones y extrusiones en la superficie del me
tal. 

2.- Crecimiento cristalográfico, más bien según un plano cristalográfico próxi
mo al corte máximo (Stage I). 

3.- Propagación, más bien según un plano promedio normal a la tracción-compre
sión (Stage II). 

Actualmente es posible determinar experimentalmente la transición Stage I
Stage II mediante el método eléctrico o microscopía óptica durante el ensayo, 
Font, Taupin, Bathias /4/. Mediante esta ayuda ya no es necesario suponer una 
longitud crítica de fisura como criterio de iniciación. Un modelo de acumula
ción de daño que involucra la iniciación y Stage I fue propuesto por Miller y 
Zachariah /5/. En ese trabajo postulan que la acumulación de daño en la inicia
ción y Stage I son lineales, pero con distinta pendiente, la frontera entre am
bos estados la determinan mediante análisis de los datos experimentales y el pa
rámetro para describir el daño es la fisura, consiqerando como tal incluso a la 
rugosidad. Investigaciones recientes, Bathias et al. /6/, muestran que el pro
blema sigue insoluto. 

En nuestro trabajo hemos tomado como preciclado una amplitud de deforma
CJ..on diametral total, + 0,25%, y para varias fracciones de vida hemos continua
do con postciclados de-+ 0,5%, + 0,75% y+ 1% hasta iniciación en Stage II con 
observaciones ópticas de la transición. -

Nuestros resultados no pueden ser explicados mediante los modelos anterio-
res. 
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2.- PROCEDIMIENTO EXPERIMENTAL Y RESULTADOS 

Se usaron probetas de sección circular y perfil variable, lisas y pulidas 
electrolíticamente, de acero inoxidable Cr, Ni. Los ensayos se realizaron en 
una máquina servohidráulica bajo control de la amplitud de deformación diametral 
total, forma de ciclo sinusoidal y frecuencias entre 0,1 y 0,5 Hz, con un siste
ma esp~cial de mordazas, atmósfera normal del laboratorio y temperatura ambien
te. 

La superficie de la probeta se observó continuamente con un microscopio 
transversal y se definió la iniciación en Stage II cuando los labios de las micro 
fisuras se mueven en sentido de abrir y cerrar, como se explica en /4/. Se rea
lizaron los siguientes ensayos: 

1.- Hasta ruptura total, Nf: + 0,25%, + 0,50%, + 0,75%, + 1%. 

2.- Hasta iniciación, N.: idem. 
l. 

3.-

4.-

N. • 
l. 

Preciclado a + 0,25%, para fracciones de vida a la iniciación 
0,012 a 1, seguido de postciclado a + 0,5% hasta iniciación. 
para postciclados de+ 0,75% y 1%. -

n/N, desde 
Análogamente 

Preciclado a + 0,5%, para fracciones de vida a la iniciación n/N, desde 
0,034 hasta 1-seguido de postciclado a+ 0,75% hasta iniciación. 

La Figura 1 muestra los resultados de vida a la ruptura Nf y a la iniciación 

La Figura 2 muestra la fracción de vida a la iniciación, para los postci
clados, para distintos valore:; de fracciones de vida del preciclado a + 0,25%. 

La Figura 3 muestra el caso del preciclado a+ 0,5% con postciclado+0,75%. 

En todos los casos se ven numerosas microfisuras cuyos labios se mueven , 
pero que no lo hacen en el sentido de abrir y cerrar, lo que indica Stage I. 
Cuando se alcanza el Stage II sólo unas pocas microfisuras entran en este esta
do y no todas al mismo tiempo. 

3.- DISCUSION 

En la Figura 2 se ve que para el preciclado a ± 0,25% de amplitud de defor
mación diametral total las fracciones de vida entre 0,3 y 1 dejan fracciones de 
vida residuales a la iniciación que pueden ser descritas en primera aproximación 
mediante una acumulaci5n de daño lineal, como lo hace Manson /1/ en la fase de 
1n1c1ación. En la misma- figura se ve que para fracciones de preciclado entre 
0,012 y 0,3 la fracci5n de vida residual a la i11iciación es casi constante para 
postciclados entre + 0,5% y + 1%. En general es notable que un preciclado a ba
jo nivel -< _ di! uña fracción de vida acumulada inferior a l. En lo que sigue 
desglosaremos estas observaciones en una discusión gradual. 

En un primer acercami:ento podríamos decir que, visto por el postciclado, el 
daño del preciclado es prácticamente el mismo y del orden del 35%, cualquieraque 
sea la fracción de preciclado entre 0,01 y 0,30. Esto podría interpretarse como 
que el estado del material para un preciclado de 0,01 o de 0,30 es prácticamente 
el mismo si el ciclado se continuara por un postciclado a 0,5%, 0,75% ó 1% de am 
plitud de deformación. Siguiendo la idea podemos pensar que los ciclos inicia~ 
les, hasta 0,01, han causado un cambio rápido en el material, cambio que se ha 
estabilizado posteriormente. A este nivel podríamos decir que en los primeros 
ciclos se forma una subestructura de dislocaciones que condiciona la evolución 
posterior de ella y que culmina para una fracción de vida de 0,30, momento en que 
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comienza la etapa de fisuracion cristalográfica (Stage I) que dura hasta una 
fracción igual al, fin de la iniciación de fisura (Stage II). Esta interpreta
ción nos lleva a pensar que la de fisuración cristalográfica se alcanza en 
pocos ciclos de postciclado para los distintos preciclados, o lo que es lo mis
mo, a partir de las microestructuras que estos generaron. En apoyo de 
este razonamiento podemos citar el trabajo de Young y Greenough /7/ quienes apli 
caron una ~raccion de vida y repulieron la muestra eliminando unos lOO ~m, hi
cieron esto diez veces obteniendo una fracción de vida acumulada del orden de 3. 

Otro caso similar de repulido es mostrado en el libro de McClinto.ck/8/en que 
se muestra como un repulido hecho antes del 10% de la vida total no logra borrar 
toda la deformación subyacente a la superficie y que en las trazas que quedan, 
las que se siguen desarrollando en los ciclos posteriores, terminan por formarse 
microfisuras. Aunque estos casos corresponden a ciclados en tensiones mucho me
nores que las nuestras, la naturaleza de los fenómenos es similar y la tendencia 
sería en el sentido de tener los mismos fenómenos, pero para fracciones de vida 
menores, cosa que ocurre con nuestros resultados. 

Pasemos ahora a una inspección más detallada de la Figura 2, ahí vemos mar
cada una banda de daño total acumulado entre 0,65 y 0,70 y vemos que para preci
clados entre 0,01 y 0,09 el daño del preciclado y del postciclado se adecúan pa
ra dar ese total; adecuación similar a la acumulación de daño lineal de Miner 
con límite 1, pero aquí con 0,65 a 0,70. Después de esta fracción de preciclado 
(0,09) y hasta 0,30, el .daño acumulado total aumenta acercándose a 1. El compor 
tamiento en el primer tramo, de 0,01 a 0,09, nos indica que el daño debido al 
preciclado aumenta efectivamente disminuyendo en la misma proporción el daño re
sidual del postcic1ado, pero siempre, con el valor reducido del acumulado total. 
El comportamiento en el segundo tramo indica que el daño residual es casi cons
tante, pero que el acumulado total aumenta, o sea, que los ciclos en exceso de 
la fracción 0,09 no disminuyen la vida residual sino que sólo aumentan el valor 
numérico del daño total. Se podría decir que esos ciclos "no dañan" al materiaL 
Vemos así que es posible.distinguir dos etapas antes de iniciarse la fisuración 
cristalográfica: una primera etapa con una evolución de la microes
tructura de dislocaciones y que se exti:ende hasta 0,09 y otra de formación de 
las primeras microfisuras que se extendería hasta 0,30, de ahí en adelante esta
ríamos en la etapa de fisuración cristalográfica (Stage I). 

Finalmente la Figura 3 nos muestra que el preciclado a + 0,5% frente a un 
postciclado a nivel+ 0,75% un comportamiento similar.-

4.- CONCLUSIONES 

En el material estudiado se distinguen tres etapas a la iniciación de fisu
ras en modo I de abertura o Stage 11. 

Para un preciclado a + 0,25% la primera etapa se produce para fracciones de 
preciclado entre 0,012 y 0,09 que reducen la acumulación de daño total a la ini
ciación de 1 a 0,65 ó 0,70 para postciclados de+ 0,5%, + 0,75% y+ 1%. La se
gunda etapa va de 0,09 a 0,30 y el daño acumulado total se recupera regularmente 
hasta poco menos de l. La tercera etapa va de 0,3 a 1 y el daño acumulado total 
vale aproximadamente l. 

En las dos primeras etapas el 
ción de preciclado (banda de 10%). 
comportamiento análogo. 

daño residual es casi indep.endiente de la.frac 
La secuencia+ 0,5% - + 0,75% presento un-
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FRAGILIZACION A ALTA TEMPERATURA EN ALEACIONES DE AL-MN SUPERSA 
TU RADAS 

C. Garcia-Cordovilla
1

, J.Barrena
1 

y E.Louis
1

•
2 

1centro de Investigaci6n y Desarrollo. Industria Española del Aluminio, 
S.A., Apdo. 25 - 03080 ALICANTE. 

2Departamento de Fisica. Universidad de Alicante. Apdo. 99 
03080 ALICANTE 

Estudios realizados en las dos últimas décadas 1, han permitido demostrar 
la fuerte influencia que, sobre las propiedades de las aleaciones metálicas, 
ejercen la segregaci6n y la precipitaci6n de impurezas en interfases. Uno de los 
fen6menos de mayor interés cientifico e importancia tecno~6gica derivados de és
tas, es el conocido como fragilizaci6n a alta temperatura . Este fen6meno ha si
do observado en aceros y superaleaciones2 y su comprensi6n ha experimentado un 
gran avance en los últimos años gracias a la utiliza~i6n de las técnicas de mi
croanálisis desarrolladas en fisica de superficies1' . Recientemente, los presen 
tes autores han presentado evidencia experimental que demuestra la susceptibili
dad de las aleaciones de Al-Mn supersaturadas a la fragilizaci6n a alta tempera
tura3. En este trabajo se discute la influencia de diversos tratamientos de homo 
geneizado, asi como de la velocidad de deformaci6n sobre la ocurrencia de este -
fen6meno con aleaciones de Al-Mn. Se presentan además resultados de estudios mi
croestructurales y fractográficos que permiten entender el origen de la suscepti 
bilidad de estas aleaciones a la fragilizaci6n a alta temperatura. -

1 W.C.Johnson y J.M.Blakely, eds., "InterfaciaZ segregation", American Society 
for Metals (19?9). 

2 
A.Joshi en "Fractography in Failure Analysis", B.M. Strauss y W.H. Callen, 
eds., AST.M STP 645, American Society for Testing Materials (19?8). 

3 J.Barreno, C.Garcia Cordovilla y E.Louis, Scripta Metall., 19, 1113 (1985). 
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CONSIDERACIONES ACERCA DEL UMBRAL DE PROPAGACION DE FISURAS 
POR FATIGA EN ACEROS PERLITICOS 

RESUMEN 

Javier LLorca y Vicente Sánchez Gálvez 

Departamento de F&ioo y F&ioo de Materiales 
E. T.S. de Ingenieros de CaminOS; Canales y Pusrtos 
UniveF'Bidad Politécnica de Madrid 

En esta comunicación se presentan los primeros resultados experimentales para óK h obte 
nidos en el Departamento de Física y Física de Materiales de la E. T. S. de Ingeniero~ de -: 
Caminos de Madrid. Con objeto de obtener mayor precisión en las velocidades de propaga 
ción, Zas fisuras fueron tintadas por calor y el incremento de longitud de la fisura se mi -:. 
dió con un proyector de perfiles y un microscopio electrónico de barrido. Se comentan es 
tos resultados y se comparan con los obtenidos por otros autores para aceros perlÍticos y 
eutectoides trefilados. 

ABSTRACT 

In this paper the first óKth experimental results in high strength eutectoid cold drawn 
wires are shown. With thé aim of getting high accuracy in the crack growth rotes 
measurements, cracks were heat tinted and crack growth increments were determined 
by both profile projector and scanning electron microscope measurements. These results 
are discu.sed and compared with results obtained by other authors in pearlitic and 
eutectoid drawn steels. 
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1.- INTRODUCCION 

Según se ha comprobado experimentalmente, la velocidad de propagac~on de una 
grieta por fatiga en los materiales metálicos está relacionada con la oscila 
ción del factor de intensidad de tensiones ~K. Esta relación sigue una ley ~ 
exponencial para velocidades comprendidas ehtre lo-8 y lo-6 m/ciclo. Para ve 
locidades superiores la fisura se acelera por la aparición de modos de frac~ 
tura estáticos al acercarnos a la tenacidad de fractura del material. Por de 
bajo de lo-8 m/ciclo se ha observado una deceleración de la velocidad de pro 
pagación. Este hecho llevó a los investigadores a plantearse si existía un ~ 
valor de la oscilación del factor de intensidad de tensiones umbral (~K h) -
por debajo del cual no existía propagación (figura 1). t 

Inicialmente se supuso que se habría alcanzado el umbral cuando la distancia 
de propagación de la fisura en un ciclo fuera igual a la separación interató 
mica (lo-9 - lo-10m). Sin embargo, cuando se han realizado ensayos más refi 
nados, se han obtenido velocidades de propagación inferiores a lo-10 m/ci ~ 
clos, y no se descarta que se puedan observar velocidades inferiores. Todo -
esto hace difícil dar una definición estricta de ~K y parece que el modo -
más riguroso es dar junto al valor de ~K h que se oE~iene experimentalmente, 
la velocidad de propagación para ese valgr, En un reciente trabajo de recopi 
lación de valores de ~K h' sólo se admiten aquellos en los que la curva de ~ 
velocidad de propagacióá frente a ~K presente algún valor por debajo de 
lo-10m/ciclo /1/. 

2.- DETERMINACION EXPERIMENTAL DE ~Kth 

Conocer el valor de ~K h en aceros de pretensado tiene gran importancia para 
predecir si en un alamErel1~o sometido a una oscilación de tensiónes ~o se -
propagará una fisura hasta rotura. Estos materiales presentan defectos super 
ficiales de gran tamaño a partir de los cuales puede comenzar la propagación 
de una fisura desde el primer ciclo (figura 2). En esta situación, no existe 
fase de iniciación de fisuras y la vida en fatiga de un elemento puede dismi 
nuir de un modo drástico. Conocido el valor de ~Kt y el tamaño del defecto
superficial más importante se puede determinar cuaY es el valor de la oscila 
ción de tensiones Áo por debajo de la cual no existe propagación y que el -
alambre puede resistir durante un número de ciclos casi indefinido. 

Se han realizado los ensayos con alambres de 7 mm de diámetro en una máquina 
dinámica de 250 kN, a frecuencias variables entre 10 y 20 Hz, en control de 
carga y con onda sinusoidal. Para que la fisura se propagara en el lugar de
seado se hizo una entalla lateral de borde recto por electroerosión. Se ha -
comprobado que con esta técnica las fisuras se inician con cargas menores 
que para entallas mecanizadas, debido posiblemente a que este sistema induce 
tensiones residuales de compresión menores en el fondo de la entalla. Como -
es conocido, la introducción de una sobrecarga en la fisuración produce un -
retardo en la velocidad de propagación puesto que la zona plástica creada 
por la sobrecarga es mayor y en la descarga esta región plastificada se e~ -
cuentra constreñida por el material elástico que la rodea, produciendo el 
cierre de la fisura /2/. Si la velocidad de propagación de la fisura es muy 
pequeña (como ocurre cerca del umbral) una pequeña sobrecarga puede producir 
su parada total y obtenerse valores de ~Ktb anormalmente elevados. Para evi
tar este problema, la fisuración se realizo siguiendo esquemas diferentes en 
función del factor de tensiones R = o . /o para el que se iba a determi -
nar el umbral. Para valores de R = o,W;nsem~~ntuvo la tensión máxima constan 
te disminuyendo la tensión mínima hasta que la oscilación producía un valor
de ~K suficientemente pequeño (figura 3a). En los ensayos de R = 0,5, la fi
suración se llevó a cabo con R = O y disminuyendo la tensión máxima progresi 
vamente (figura 3b). En los ensayos con R = 0,1, la fisuración se hizo tam ~ 
bién con R = O y la tensión máxima se disminuyó en cada bloque. En los dos -
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últimos bloques antes de alcanzar el umbral la tensi6n max1ma se redujo s6lo en 
un 10%, de acuerdo con las técnicas habituales en este tipo de ensayos (figura 
3c). Durante toda la fisaraci6n, el crecimiento de la fisura se sigui6 mediante 
un extens6metro de pequeña base de medida /3/ para el que se había determinado 
previamente la relaci6n entre la profundidad a de la fisura y la flexibilidad. 
En todos los ensayos antes de someter a la probeta a la oscilaci6n de tensiones 
cercana al umbral, se oblig6 a que la fisura creciera al menos 200 ~m. Esta lon 
gitud es varias veces superior al tamaño de la zona plástica que pudiera haber
producido alguna sobre~arga espúrea. 

En estos ensayos es necesario determinar con gran prec1s1on cuál es el increme~ 
to de longitud de la fisura durante la propagación cerca del umbral. Como en es 
te caso, debido a la geometría de las probetas, la profundidad a de la fisura :
no se puede conocer por métodos 6pticos y el extensómetro no proporcionaba pre
cisi6n suficiente se hizo necesario recurrir a otro sistema. Como la disminu 
ción de la tensi6n en la fisuraci6n fue suave tampoco se podía distinguir fácil 
mente estudiando la morfología de las superficies de fractura. Por todo ello se 
decidi6 tintar por calor la probeta antes de realizar el ensayo de propagación 
de la fisura en el umbral. Para los ensayos con R = 0,5 y R ~ 0,8 se mantuvo la 
probeta a 2002C durante 15 minutos. En los ensayos a R = 0,1, se redujo el tiem 
po de permanencia en el horno a 10 minutos para evitar que la capa de óxido p~ 
ducida pudiera incrementar el efecto de cierre de la fisura /2/. -

Después del ensayo, los incrementos en la longitud de la fisura se midieron en 
un proyector de perfiles con 20 y 50 aumentos. La precisión de estas medidas se 
comprobó luego mediante un microscopio electrónico de barrido, pudiendo estimar 
se la precisión en ±3 ~m. 

A partir de los valores de la oscilación de tensiones y la profundidad a de la 
fisura, se obtuvo el valor del factor de intensidad de tensiones mediante la ex 
presión /4/, 

(1) 

donde, 

M= (0,473- 3,286(a/D) + 14,797(a/D)2)1/2 ((a/D) - (a/D)2)-l/4 (2) 

en la que a es la profundidad de la fisura en el centro y D es el diámetro del 
alambre. 

3.- RESULTADOS Y DISCUSION 

Los valores de la velocidad de propagación en función de la oscilación del fac
tor de intensidad de tensiones pueden verse en la figura 4 y en la tabla l. 

TABLA 1 

R = cr • /cr tlK da/dN m1n max (MPattll/2) (m/c) 

0,8 2,8 1,06 10-11 
0,5 3,8 1,28 10-11 
0,1 5,2 1,10 10-11 
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Los resultados señalan la conocida dependencia de ~K h respecto de R. Este efec 
to tiene importancia en la zona cercana al umbral mi~ntras que para velocidade¡ 
de propagación superiores a lo-9 m/c, su influencia es mucho menor y los puntos 
experimentales paraR= 0,1 y R = 0,5 se encuentran muy próximos. Además, la in 
fluencia de R parece acentuarse cuando la velocidad de propagación disminuye. ~ 
Mientras que para lo-10 m/c aproximadamente, el valor del factor de intensidad 
de tensiones varía entre 3,9 y 5,4 MPa ml/2 para R = 0,1 y R = 0,8 respectiva -
mente, para lo-11 m/c, la diferencia es de 2,8 a 5,2 MPa ml/2. -

Estos efectos pueden explicarse postulando la existencia de un valor del factor 
de intensidad de tensiones K 

1 
por debajo del cual la fisura permanece cerrada 

/1/. En esta situación, la ogcilación real del factor de intensidad de tensio
nes a la que se encuentra sometida la fisura es, 

~K = K r max K <K -K. el max m1n 

~K = K - K = K - K . r max el max m1n 

si 

si K . ~ Kcl m1n 

(3) 

(4) 

Para valores elevados de R, la oscilación del factor de intensidad de tensiones 
real coincidirá con la calculada a partir de los datos experimentales mientras 
que para valores reducidos de R, la oscilación real será menor que la experimen 
tal, produciendo velocidades de propagación menores. Este efecto será más pr~ ~ 
nunciado cuanto menor sea ~K, puesto que para valores de ~K elevados, se verifi 
ca que: 

~K = K - K ~ K - K = ~K max min max el r 
(5) 

Se han propuesto diversas expresiones empíricas para reflejar la dependencia e~ 
tre ~K y R. Para aceros ferrítico-perlíticos con más de un 80% de perlita, ha -
tenido éxito la relación lineal /5, 6/, 

~K = A - BR (6) 

Para el material ensayado en nuestro departamento esta relación se verifica co
rrectamente (figura 5). 
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Este trabajo se ha realizado contando con financiación de la CAYCIT, proyecto -
nG! 1459/82. 

REFERENCIAS 

/1/ Taylor, D., "An Analysis of Data on Fatigue Crack Propagation Thresholds", 
Proceedings "Fatigue 84", Birmingham, U.K., pp. 327-334, (1984). 

/2/ Ritchie, R.O., 11 Thresholds for Fatigue Crack Propagation: Questions and 
Anomalies", Advances in Fracture Research, 6th. ICF, Nueva Delhi, India, 
pp. 235-259, (1984). 

/3/ Sánchez-Gálvez, V., Elices, M. y Valiente, A., "Fatigue Crack Propagation 
in Steel Prestressing Wires", Fatigue of Steel and Concrete Structures, 
IABSE, Lausanne, (1982). 

/4/ Valiente, A., Sánchez-Gálvez, V. y Elices, M., "On Fatigue Cracking in 
Prestressing Steel Wires 11

, Advances in Fracture Research, 6th. ICF, Nueva 
Delhi, India, pp. 2143-2151, (1984). 

/5/ Rodríguez Ibabe, J.M., Gil Sevillano, J. y Fuentes, M., "El Umbral de 
Fatiga de un Acero Ferrítico-Perlítico con un 0,5% de C", Revista de 
Metalurgia, 20, pp. 21-25, (1984). 

/6/ Vosikovsky, '0:"", "The Effect of Stress Ratio on Fatigue Crack Growth Rates 
in Steels", Engineering Fracture Mechanics, !!• pp. 595-602, (1979). 

268 



~ 
E 

z 
~ 
d 

"'O 

-6 
10 

1i"? 

-8 
10 

-9 
10 

-10 
10 

-----
1 

DISTANCIA 
--- INTERATOMICA 

,...,._ UMBRAL 

Figura 2. Defecto 
superficial. 

Figura 3. Esquemas 
de la fisuración. 

R ;,.o_a 
K 

3a 

K 

lag liK 

K 

269 

Figura l. Velocidad de propag~ 
ción de una fisura por fatiga 
frente a ll.K. 

3b 

R:O.l 

3c 



MECANICA DE LA FRACTURA. EVALUACION DE DEFECTOS. ENSAYOS DE FISti 
RACION 

J.M.Amo, J.Durán, J.Chao 

CENTRO NACIONAL DE INVESTIGACIONES METALUGICAS. 
MADRID 

La presencia de fisuraci6n en fria en las construcciones soldadas está 
condiciÓnada por tres factores fundamentales: microestructura de la zona afecta
da térmicamente, contenido en H2 del ·material de aportación y grado de embrida
miento de la unión. 

El estudio de la influencia de los factores anteriores sobre el riesgo de 
fisuraci6n como punto de iniciación de roturas frágiles y la evaluación de defec 
tos de apilamiento, aplicado al caso de la construcción de gasoductos, ha sido
analizado con diferentes ensayos. 

T.he presence of cold cracking in the welding construction is depending on 
fundamental factors: the microestructure of the heat affected zone, the weld me
tal hydrogen aontent and the embrittlent joint degree. 

The study of the influence of those factors on the cracking risk as cause 
of brittle fracture iniaiation and the defeats' evaluation, all applied to the 
pipelines construction, has been analyzed by different test. 
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La presencia de fisuración en frío en las construcciones soldadas está con
dicionada por tres factores fundamentales: microestructura de la zona afectada 
térmicamente, contenido en hidrógeno del metal fundido y grado de tensión a que 
se encuentra sometida la unión. 

Con respecto a la microestructura, las estructuras de temple resultan muy 
fragilizadas por el H2 , por tanto, su estudio o control mediante la dureza de la 
ZAT pone de manifiesto su presencia. Todos los procedimientos de precalentamien
to o de post-calentamiento de las uniones soldadas, intentan evitar un enfria
miento excesivamente rápido de la unión soldada, que pueda permitir la transfor
mación de la austenita en martensita y de resultar esto inevitable, la necesidad 
de efectuar un revenido posterior a la soldadura. 

La necesidad de emplear procedimientos seguros y eficientes para la soldad~ 
ra de los grandes gasoductos, obliga al empleo de la soldadura manual con elec
trodos revestidos o con soldadura semiautomática con o sin gas protector; consti 
tuyendo el primero de ellos el más generalizado y por tanto utilizado en este -
trabajo. Estos procedimientos se caracterizan por su alta velocidad de soldadura 
y como consecuencia por un bajo nivel de energía térmica aportada a la unión.Por 
esta razón, las velocidades de enfriamiento conseguidas son muy rápidas y el tero 
ple de la zona afectada puede producirse. Lógicamente la influencia de la compo
sición química del acero base empleado contribuye de forma esencial en la micro
estructura resultante. 

El empleo de electrodos con revestimiento celulósico, por su elevada produc 
tividad de ejecución en obra, tienen como contrapartida proporcional al metal -
fundido una elevada cantidad de H , del orden de 40 ml/100 gr, frente a un nivel 
en torno a los 5 ml exigido para Íos electrodos de revestimiento básico emplea
dos en calderería a presión para aceros de alto límite elástico. La mayor canti
dad de H2 presente en la soldadura de los gasoductos incrementa el riesgo de fi
suración en frío y parece lógico mantener las uniones soldadas a temperatura su
perior a 1002C para permitir escapar el H2 , con la consiguiente pérdida de pro
ductividad en el depósito de material de aportación. 

Finalmente la tensión a que se encuentra sometida la unión soldada, tanto 
de embridamiento como residual constituye un campo tensional complejo, afectado 
por la eliminación de las mordazas de sujeción de los tubos, los posibles movi
mientos y las tensiones residuales que se incrementarán con el mayor Iímite 
elástico del acero empleado. Por otra parte, la presencia de desnivelaciones en 
el montaje de los tubos en obra, las diferencias de espesor y las entallas pro
pias de la raíz de las soldaduras incrementan las tensiones locales a que se en 
cuentra sometido el material. 

Al estudio de la influencia de los factores anteriores sobre el riesgo de 
fisuración, se ha dedicado una parte importante de nuestros trabajos en el cam
po de la soldadura de gasoductos. La presencia de defectos en la pasada de raíz, 
observados en examen metalográfico y difícilmente puesto de manifiesto en el 
control radiográfico en obra, hace imprescindible la evaluación de la severidad 
de dichos defectos en base a las determinaciones de los valores COD para las di 
ferentes zonas metalúrgicas de la unión soldada. 

Para este estudio se ha partido de tubería de acero microaleado de calidad 
API 5LX de 1067 .mm de diámetro (42 pulgadas) y 16 mm de espesor, con caracterís 
ticas mecánicas: Re =48 Kg/mm2, Rm = 60 Kg/mm2 y composición química en %: 
C=0,082; Mn=1,56; Si=0,24; P=0,020; S=0,007; Nb=0,040 y V=0,058. 

La determinación del tiempo de enfriamiento se establece normalmente en 
base al tiempo transcurrido en el enfriamiento entre 800 y 5002C, lo que puede 
ser establecido teóricamente en función de la energía térmica aportada a la 

272 



unión y el espesor del tubo. Para 16 mm de espesor la influencia de la tempera
tura de precalentamiento resulta básica para la modificación de las condiciones 
bitérmicas a tritérmicas en la gama de energías teóricas de cálculo entre 1 y 
2 Kj/mm, empleadas en la soldadura de primera pasada de gasoductos. Por esta ra 
zón en nuestros ensayos de fisuración reálizados en laboratorio se empleó como
base la énergia de 1,5 KJ/mm, analizando la influencia del precalentamiento en
tre 20 y 1002C. 

La determinación de los ciclos térmicos de soldadura permitió determinar 
velocidades de enfriamiento t 815 entre 6 y 10,8 s, que corresponden a microes
tructuras de bainita y martensita. La dureza de la martensita se establece para 
este tipo de acero en 380 Hv y la de la bainita en 212 Hv. Pudo observarse en 
los ensayos, de los que se obtuvieron macrosecciones del cordón de soldadura 
realizadas a titulo comparativo con electrodos básico y celulósico con t 

1 
= 

=10,8 s, que la.dureza en la ZAT es de 270 Hv y su microestructura fundagé5tal 
corresponde a B+M. Los resultados obtenidos mediante la formulación, 

Hv=2019lc (1-0,5log t 815 ) +0 ,3 (Si/11H!n/8+Cu/9+Cr/5+Ni/17+Mo/6+V/3) 1 +66 ( 1-0 ,8log 

t8/5) 

Y desarrollada por Mannesman. Doc. I.I.S. IX-1356-85 confirma su aplicación prác 
tica y la necesidad de modificar los c~eficientes sobre los clásicos estableci-
dos en la formulación del carbono equivalente, para su aplicación a tubos. 

En las uniones reales obtenidas en campo, las durezas obtenidas son inferio 
res a 240 Hv, con muy pequeña influencia de la temperatura de precalentamiento, 
Figuras n2 1 y 2 y con microestructura con apreciable contenido en ferrita. 

Pueden, por tanto, tomarse las condiciones de enfriamiento impuestas a los 
ensayos de laboratorio como más desfavorables a las realmente deducidas de las 
condiciones reales, para juzgar la tendencia a la fisuración en frio. 

Los ensayos de resiliencia con entalla en la ZAT, permitieron establecer la 
prácticamente nula influencia de la temperatura de precalentamiento -Figura n23-
no obstante, detectable con el ensayo COD. 

Ensayo de implantes 

Para el establecimiento de la tensión de rotura se preparó una serie de da 
ce implantes, mecanizados a partir del material base del tubo en sentido longi
tudinal y con entalla en forma helicoidal, para asegurar el inicio de la rotura 
por la zona afectada térmicamente. 

La chapa base del ensayo fue de 100x75x10 mm, empleándose aportación con 
electrodo AWS E-9010G de 40 mm\21. El diámetro nominal del implante fue de 6 mm 
con sección resistente de 23,75 mm2 . Los parámetros de soldadura se ajustaron a 
las condiciones de obra 150 A. 27V para mantener la energía en los niveles lo 
más bajos posibles (inferior a 2 KJ/mm), que suponen tiempos de enfriamiento 
t análogos a los considerados an~eriormente. 8/5 

El resultado del ensayo se da en la tabla n2 1. 

Debe considerarse que con tensión del límite elástico se produce la rotura 
del implante y con ligeras disminuciones de la carga la rotura completa es evi
tada,aún con las severas condiciones del implante. El limite de rotura puede 
ser situado en el valor del límite elástico, con la propia severidad del ensayo. 
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En el examen metalográfico efectuado al implante después del ensayo, pudo apre
ciarse presencia de microfisuras propagadas a partir de la entalla mecánica por 
la .ZAT, adn con los niveles inferiores de carga aplicados. Este resultado pone 
de manifiestp la importancia de las irregularidades geométricas como punto de 
inicio de fisuras, originadas en la pasada de raíz de las uniones soldadas en 
campo. 

En la figura ne 4 pueden apreciarse implantes con rotura/no rotura y en 
la figura-ne 5 la propagaci6n de microfisuras a partir de la entalla mecánica 
del implante situada enla ZAT, hacia el metal de aportaci6n. Pudo comprobarse 
el efecto anterior en las uniones en campo y en pasada de raíz, como se observa 
en la figura ne 6. 

Ensayos con implantes realizados en análogas condiciones y con energías 
te6ricas entre 1,5 y 2 KJ/mm precalentados a 100ec, pusieron de manifiesto un 
comportamiento análogo al expuesto. Las expresiones matemáticas adoptadas para 
evaluar la temperatura de precalentamiento en base al carbono equivalente del 
acero base empleado, tomando como tiempo de enfriamiento t

815 
entre 2 y 6 s. 

proporcionan valores de 612C o de 67ec respectivamente. Las más empleadas en tu 
bería son: 

T = 416.log (100.CE)-456 
p 

T = 678.CE-52 
p 

CE = C+Si/25+Mn/20+CU/20+Cr/10+Ni/40+Mo/15+V/10 

De esta forma se confirma la no necesidad de especificar, desde el punto de vis 
ta de comportamiento mecánico una temperatura de precalentamiento de los tubos 
superior a 1002c. 

Ensayo de embridamiento 

La influencia de la tensi6n de embridamiento en la raíz de las uniones sol 
dadas manifiesta como un factor importante en la tendencia a la fisuraci6n. Me
diante probetas tipo TEKKEN y modificaci6n del grado de embridamiento por varia 
ci6n de la longitud de corte transversal al cord6n de soldadura, se trat6 de po 
ner de manifiesto las condiciones límites de rotura y la propagaci6n.de las mi:: 
crofisuras por la ZAT. Debe señalarse que este tipo de probetas muy empleadas 
en control de soldaduras, pretende fundamentalmente caracterizar el inicio de 
la rotura por el material de aportaci6n, tomando como parámetro el nivel de em
bridamiento adoptado para la probeta de ensayo. 

Empleando electrodos de revestimiento celul6sico y parámetros de soldadura 
los anteriormente reseñados, para conseguir tiempos de enfriamiento del orden 
de los obtenidOs en obra, se obtuvieron los resultados recogidos en la tabla 
n2 2, sobre probetas mecanizadas del propio material base del tubo. 

Puede observarse que, únicamente con tensiones bajas de embridamiento no 
se obtiene rotura, independientemente del tipo de. electrodo celul6sico empleado 
e identificado por la segunda letra de designaci6n de la probeta. En la figura 
n2 7 se observan casos de rotura/no rotura estudiados. En los casos de rotura 
la propagací6n de la misma se realiza por el material de aportaci6n. 

Tomando como valores de cálculo, que en una construcci6n soldada los valo
res del coeficiente de embridamiento se sitúan en la gama entre 70 y 40 veces 
el espesor del material a soldar, los embridamientos para los 16 mm de espesor 
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del tubo considerado serian de: 1120 y 640 KG/mm.mm respectivamente, que produ 
ciria la rotura del cordón de raíz de los tubos, según el ensayo de embridamien 
to utilizado. 

En·la realidad de obra no se origina rotura en la raíz de los tubos, como 
pudimos comprobar en nuestros propios ensayos realizados en condiciones muy ad
versas de temperatura, por la necesidad de emplear una segunda pasada, la pasa
da caliente, con una-demora muy reducida en tiempo sobre la pasada de raíz, lo 
que de forma indirecta supone aceptar que la unión soldada mantiene una temper~ 
tura de precalentamiento entre pasadas. Es evidente, que la ausencia de esta s~ 
gunda pasada realizada inmediatamente a la propiamente de raíz, supone la rotu
ra de la pasada de raíz en casos examinados. 

Resultados COD y evaluación de defectos 

Los valores obtenidos en el ensayo COD situando la entalla en diferentes 
zonas de la unión soldada se reproducen en la tabla n2 3 y en base a ellos se 
ha realizado la evaluación de defectos tomando como criterios diferentes reco
mendaciones o normas. 

1 Condición Probeta* Sector COD (mm) COD medio 
1 

ABS 0-3 0,228 
0,208 Sin ADS 6-9 1,128 

Precalentamiento 
ABT 0-3 0,317 
ADT 6-9 0,462 0,389 

AGS 0-3 0,246 0,253 
Precalentamiento AIS 6-9 0,261 

a 1009C 
0-3 0,564 AGT 0,521 

AIT 6-9 0,479 

(*) S = Soldadura COD Obtenidos: BS-5762 

T = Zona térmicamente afectada 

Tabla N2 1. Resultado del ensayo de implantes 

Implante n2 Energia JK/mm Tensión Kg/mm 2 
Resultado 

1 1,8 64 rotura 
2 1,4 60 rotura 
3 1,4 51 rotura a 5h 
4 1,5 47,3 sin rotura 5 1,7 47,3 sin rotura 6 1 ,4 47,3 sin rotura 7 1,7 25,5 sin rotura 
8 1,6 25,5 sin rotura 9 1,5 25,5 sin rotura 10 1,5 16 sin rotura 

11 1,8 13 sin rotura 12 1 ,6· 13 sin rotura 
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Tabla N~2. Ensayo de embridamiento 

Probeta Lon2itud corte Embridamiento Energia Resultado 

G-B o mm 1250 Kg/mm.mm 1 159 KJ/mm rotura 
A-L o mm 1025 1,52 rotura 
I-T o mm 1025 1,35 rotura 
B-L 10 mm 890 1,69 rotura 
D-B 10 mm 890 1,69 rotura 
C-T 10 mm 890 1,49 rotura 
F-L 30 mm 535 1,55 no rotura 
H-B 30 mm 535 1,55 no rotura 
E-T 30 mm 535 1,45 no rotura 

Tabla N°3. Tamaños criticas de defectos 

lcódigo Situación Altura mm Lon2itud mm 
defectos 

PD-6493 Superficial 0-6,2 Sin limite 
Interno 0-13 Sin limite 

11\PI 1104 Superficial 0-3,9 427 
Apéndice A Interno 

BS-4515 Superficial 0-3 230 
Apéndice H Interno 
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Figura N°4. Macrosecci6n de un 

ensayo de implante 

(x3) . 

Figura N°5. Propagación de la fisura 

iniciada en la entalla 

mecánica. (xlOO) 

Figura N°6. Fisuraci6n a partir de la 

raiz de la soldadura 

circunferencial. (xlOO) 

Figura N°7.Macrosecci6n de una probeta 

de fisuraci6n Tekken. (x3). 
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TAMARO ITICO INICIAL DE GRIETA EN COMPONENTES NUCLEARES 

JUAN BROS, FERNANDO MILLAN Y JOSE CARRERO 

TECNATOM, S.A. 
KM 19, C.N. I MADRID-IRUN. SAN SEBASTIAN DE LOS REYES (MADRID) 

Para obviar los retrasos que se producirían en la puesta en marcha de una plan
ta nuclear al realizarse la evaluación por mecánica de fractura de una posible 
indicación de defecto detectada en la inspección en servicio, Tecnatom ha desa
rrollado una metodología de cálculo encaminada a reducir al mínimo el tiempo de 
respuesta entre la detección de 1a indicación de defecto y la decisión sobre la 
aceptabilidad o no del mismo. Esta metodología se desarrolla alrededor del de
finido por Tecnatom como "tamaño critico inicial de grieta". 

In order to reduce de time involved in the fracture mechanic analysis of 
detected flaws during in service inspection, it is necesary to perform the 
analitical evaluation before the flaw detection. How? Determining for each 
critica! location and all areas subjeted to inapection the "Initial 
Critica! Crack Size" defined as the flaw size, that after the evaluation 
time period will be equal. to the fracture .mechanic critica! crack size. 
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1.- INTRODUCCION 

La vigilancia periódica de la integridad estructural de los componentes y/o 
tuberías de una planta de producción eléctrica con combustible nuclear, se en
cuentra regulada en nuestro país, al carecer de normativa propia, por la del país 
suministrador de la ingeniería y diseño de la misma. En la actualidad, casi todas 
las plantas en operación en"España son de origen Estadounidense. 

La normativa actualmente en vigor es la establece el Código ASME y en concre
to la Sección XI del mismo en lo referente a inspección en servicis. 

Dentro de esta Sección, se establecen, en una serie de artículos, los requi
sitos de inspección de los distintos componenetes, tuberías y accesorios someti
dos a examen y seguimiento periódico. Asimismo se establecen unos estandares de 
aceptación para indicaciones de defecto en lo que al tamaño de los ~áximos defec
tos que pueden admitirse sin violar la integridad estructural de dichos componen
tes hace referencia. En concreto y en el caso de componentes de c~ase nuclear I, 
los estandares de aceptación los determina el artículo IWB-3500 de ASME XI. 

Si estos estandares son excedidos, es obligada en principio, la reparación 
por eliminación del defecto o la sustitución de la parte afectada del componente 
previamente a la puesta de nuevo en fucionamiento de la planta, con el consi
guiente perjuicio económico que esto conlleva al dilatarse en el tiempo los tra
bajos programados para la parada para recarga. 

No obstante el Código ASME permite la reanudación de la puesta en servicio 
de la planta sin la reparación del defecto siempre y cuando, de acuerdo con el 
artículo IWB-3600, un estudio analítico, basado en conceptos de mecánicas de 
fractura, demuestre que las dimensiones del defecto en un periodo de tiempo da
do no van a experimentar un crecimiento tal que las haga superar las de la grie
ta definida como crítica, dependiendo, dicho valor crítico de la grieta, de las 
propiedades mecánicas del material y del estado tensional presente en la estruc
tura. 

Son por tanto obvias las ventajas de la aplicación de esta metodología, ya 
que permite una ampliación de los estandares de acpetación que nos pueden llevar 
a obviar la reparación del componente o posponer ésta al momento más idóneo, 
siempre dentro del período de evaluación que haya sido fijado. 

Todo lo anterior se presenta muy esquematizado en la figura l. 

Sin embargo, el análisis de mecánica de fractura, es un análisis relativa
mente complejo, debido fundamentalmente al elevado número de transitorios a ana
lizar, con la consiguiente generación de gran cantidad de datos que hay que ma
nejar y procesar. Todo esto puede suponer, para un área de geometría algo comple
ja, la inviabilidad del estudio analítico en un corto período de tiempo, que es 
el requerido para dar una respuesta eficaz al problema que se plantea. 

Para evitar estos retrasos y los consiguientes perjuicios econ6micos es 
preciso, de alguna forma, adelantarse a,la propia aparici6n de la grieta. 

Para ello y conociendo cuales son las zonas criticas en el componente en 
cuestión, se ha llevado a cabo un estudio paramétrico consistente, a grandes 
rasgos, en determinar los distintos tamaños críticos de grieta para las secciones 
más representativas de esas zonas críticas y determinar, a partir de los mismos, 
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las dimensiones de las grietas que evolucionarían hasta los distintos tamaños 
críticos de grieta en determinados períodos de tiempo. El tamaño de esas grietas 
que concluirían en el tamaño crítico de grieta es el definido por Tecnatom como 
tamaño crítico inicial de grieta. 

Determinados estos tamaños críticos iniciales de grieta se puede decidir, 
con un pequeño grado de -incertidumbre, a cerca de la aceptabilidad o no de un 
defecto por comparación de las dimensiones reales del mismo con las del defecto 
crítico inicial de referencia. 

El objetivo de esta ponencia es el de ofrecer la metodología desarrollada 
por Tecnatom para la determinación del tamaño crítico inicial de grieta. 

2.- PLANTEAMIENTO DE LAS BASES DE PARTIDA DEL PROBLEMA 

De acuerdo con lo indicado en el punto anterior se han fijado las zonas crí
ticas del componente nuclear, que a partir de ahora centraremos en una vasija de 
reactor de agua a presión típica de tres lazos tipo Westinghouse. 

Estas zonas críticas son básicamente aquellas en las que se presentan dis
continuidades estructurales por cambio de ·espesor, etc, a parte de la zona de la 
vasija que rodea al núcleo, cuya criticidad obedece al efecto degradante que tiene 
el bombardeo neutrónico sobre las propiedades mecánicas del material. 

De estas zonas y para ilustrar esta presentación se han seleccionado las dos 
zonas para las que Tecnatom ha desarrollado recientemente este estudio paramétri
co. Las zonas, sombreadas en la figura 2 son la unión virola superior de vasija
brida de cierre y tobera de salida o de rama caliente. 

De estas dos zonas se han escogido a su vez, aquellas secciones tipo o crí
ticas de cada una de ellas. Así en la unión vasija-brida se ha escogido la sec
ción mas tensionada, que se corresponde con el cambio de espesor, y en la tobera 
de salida se han elegido las secciones representativas de la unión tobera a vasi
ja, corner y unión tobera anillo de transición. 

Finalmente y en cada una de estas secciones se han supuesto defectos superfi
ciales y subsuperficiales así como, para cada tipo, defectos de orientación cir
cunferencial y longitudinal. 

3.- DESCRIPCION DE LA METODOLOGIA DE CALCULO 

Para el estudio de mecánica de fractura a realizar, es necesario disponer del 
estado de solicitaciones de la estructura. Para ello es necesario realizar un aná
lisis térmico-tensional, análisis que ha sido el punto de partida del trabajo que 
ahora presentamos. 

3.1 Análisrs· termlco-tensional 

3.1.1. Análisis térmico 

Para conocer la distribución de temperaturas en las secciones ele
gidas y en el tiempo, se hace necesario resolver el correspondiente problema de 
transmisión de calor analizando todo y cada uno de los transitorios de operacion rela-
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cionados en las especificaciones técnicas del circuito primario. 

El análisis se ha realizado utilizándose 1~ técnica de los ele
mentos finitos mostrandose en las ~iguras 3 y 4 la modeliza~ión de las zonas se
leccionadas. Puede observarse que se han utilizado elemento~ triangulares y cua
drangulares isoparamétricos con tres nodos por lado y que ~ermiten interpolar, 
con buena precisión, grandes gradientes térmicos. Obviamen~e los elementos son 
mucho más estrechos en la-parte de la zona más en contacto con el fluido tenien
dose en cuenta en una parte, la presencia del plaqueado de acero inoxidable exis
tente y de diferente conductividad térmica a la del acero al carbono constituti
vo de la vasija. Para la modelización de la tobera se ha considerado la zona de 
la vasija con radio de valor doble del valor real, para simular el efecto de la 
no aximetria de dicha zona. Esta consideración es práctica habitual en análisis 
similares para evitar el enorme costo y complejidad de un análisis tridimensional. 

El mecanismo de transmisión de calor utilizado en el caso de la zo
na de brida-vasija ha sido el de convección natural mientras que en el caso de la 
tobera se han distinguido tres tipos: Convección forzada en la zona de contacto 
con el fluido de la rama caliente, convección natural en la zona de contacto con 
el fluido de la vasija y el mecanismo intermedio para la zona de contacto con el 
fluido exixtente a través de la holgura entre el barrilete y la tobera. 

En la figura 5 se puede observar el gráfico de variación de tempe
ratura obtenido para un determinado transitorio. 

3.1.2.- Análisis tensional 

Las tensiones a que se encuentra sometida la vasija del reactor son 
fundamentalmente de origen térmico y mecánico. 

Las de origen térmico proceden de las dilataciones y contracciones 
que experimenta la vasija al variar las temperaturas a lo largo de los diferentes 
transitorios, variaciones consideradas en el punto anterior. 

Las tensiones de origen mecánico proceden fundamentalmente de las 
variaciones de presión que experimenta la vasija desde la presión de operación 
normal a las derivadas por condiciones transitorias. 

La combinación de estos dos tipos de tensiones corresponde al esta
do tensional presente en la estructura en condiciones de operación normal y en 
situaciones anómalas por efectos de los t~sitorios. 

Para la obtención de estas tensiones se ha realizado una discreti
zación semejante a la utilizada en el análisis térmico con el fin de evitar 
complejidades a la hora de utilizar los valores de temperaturas en los nodos 
determinados anteriormente como datos de entrada del cálculo de dichas tensiones. 

Hay que hacer constar finalmente que el plaqueado de r~~imento 
de la pared interna de la vasija no ha sido considerado como e1elientoft8istente. 

La figura 6 ofrece la distribución de tensión para un determinado 
transitorio y zona analizada. 
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3.2 Análisis de mecánica de fractura 

Realizado el análisis térmico-tensional debe procederse al tratamiento 
de los resultados obtenidos para obtener el tamaño crítico de grieta y obtener a 
su vez, de él, el ~amaño crítico inicial de grieta para un período de evaluación 
determinado. 

Como en todo análisis de mecánica de fractura intervienen en el trabajo 
que nos ocupa los conceptos habituales como son: Factor de intensidad de tensiones, 
Factores críticos de tenacidad a la fractura de crecimiento y grietas incidiendo, 
en alguno de ellos, otros aspectos como el del efecto de la irradiación en la tena
cidad del material. 

3.2.1.- Determinación del factor de intensidad de tensiones 

El factor de intensidad de tensiones, característica definiti
va del estado tensional en la punta de una grieta, como es bien sabido depende de 
la geometría estructural, de las tensiones aplicadas y del tamaño del defecto. 

Para su determinación se han tenido en cuenta las expresiones 
recogidas en los trabajos de Buchalet and Bamford que permiten el cálculo del fac
tor de intensidad de tensiones, a partir ~e distribuciones de tensiones polinómi
cas de hasta tercer grado, para grietas superficiales continuas. Estas expresiones 
se han obtenido a partir de modelos de elementos finitos bidimensionales y permi
tenun enorme ahorro de tiempo al no ser necesario estar efectuando para cada incre
mento del tamaño de grieta un nuevo análisis por elementos finitos de la estructu
ra. Los factores de intensidad de tensiones son corregidos de forma que sean así 
mismo validos para grietas no continuas. 

donde a: Profundidad de la grieta 
A0A

1
A2A3 : Coeficientes del ajuste polinómico de las tensiones 

F
1

F2F3F4 : Factores de magnificación que dependen de la geometría considerada 

R(OO) F t d ., 1' t· : ac or e correcc1on e 1p 1co. 

Para grietas superficiales, para las que las anteriores expre
siones no son aplicables, se ha utilizado el procedimiento recomendado en el Apén
dice A ASME XI, en el que se parte de un proceso de linealización conservativo de 
tensiones. 

Las expresiones mencionadas nos permiten, pues. conocer el valor 
del factor de intensidad de tensiones en función de·la profundidad de la grieta pa
ra cada uno de los estados tensionales a los que se someten~l componente como re
sultado de la ocurrencia de los transitorios considerados. 

3.2.2.- Determinación de los factores críticos de tenacidad 

El factor de intensidad de tensiones K , debe ser comparado en 
todo momento· con los valores de K1C(factor de intensidad ae tensiones critico aso-
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ciado al fenómeno de iniciación del crecimiento de grieta) y de K1 (factor de in
tensidad de tensiones crítico asociado al fenómeno de detención def crecimiento 
de grieta). 

Cuando K1supere, para unas condiciones dadas de profundidad de 
grieta, estado tensional, temperatura e irradiación, el valor de KIC' el crecimien
to de la grieta será inestable tendiendo a la rotura rápida del componente salvo e~ 

valor de K1 , en un instante .superior a ese crecimiento se haga igual o menor que 
KIA y entonces la grieta detenga su crecimiento. 

Las exppresiones de KIC y KIA dependen de la temperatura en el 
extremo de la grieta y de la temperatura de referencia de ductilidad nula (RTNDT). 

La RTNDTes quien contempla la irradiación recibida por el mate
rial puesto que el bombaroeo neutrónico del componente se refleja en un desplaza
miento de dicha temperatura de referencia. Estos desplazamientos pueden ser cuanti
ficados como resultado de los programas de vigilancia de materiales de vasija o por 
estimación de la Guia Reguladora 1.99. 

3.2.3.- Determinación del tamaño crítico 

Para cada transitorio el ~o crítico para una localización 
yorientación de defecto dada se obtiene mediante la intersección de los perfiles 
de la tenacidad a la fractura en la detención o curva de KIA y el perfil del fac
tor de intensidad de tensiones aplicadas. 

Este proceso debe ser repetido para todos los transitorios 
especificados. El más pequeño de los valores de tamaño critico calculado, una vez 
que todos los transitorios han sido considerados nos da el tamaño crítico mínimo 
de defecto para operación normal o valor a . 

e 

La determinación de un tamaño crítico mínimo de defecto para 
la iniciación de una propagación sin detención de una grieta en condiciones de 
emergencia o accidente se obtine mediante la intersección de la curva KIC para 
las condiciones de accidente y de la variación del factor K1 a lo largo del espe
sor. Este proceso se repite para cada uno de los instantes en que se ha subdivi
dido el transitorio de emergencia o accidente postulado y se van obteniendo los 
distintos valores de a. (profundidad en la iniciación del crecimiento inestable). 
A su vez el corte de la1 cúrva K1 con la curva de K1 nos darán las profundidades 
críticas de grieta en el momento de la detención o fa paralización de la propa
gación de grieta (a ). Este procedimiento se ilustra en la figura 7. 

a 

El mas pequeño de los valores de a. para el cual la profundi
dad en la detención a supera 75% del espesor despues1 que todos los accidentes 
postulados han sido c3nsiderados representan las dimensiones de defectos críticos 
mínimas para la iniciación en condiciones de accidente. 

3.2.4.- Determinación del tama5o critico·ini.e41il 

Definimos como ta:mño critico inicial del defecto para un perio
do determinado de tiempo las dimensiones iniciales de defectoque después del perío
do de crecimiento fijado se convertirán en las dimensiones del defecto de tamaño 
crítico. 
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Para determinar estos tamaños críticos iniciales se parte del 
menor de los tamaños críticos obtenidos en el punto 3.2.3 afectados por el coefi
ciente de seguridad (0,1 para condiciones normales y 0,5 en condiciones de emer
gencia y/o accidente) de acuerdo con IWB-3600 de ASME XI siempre y cuando ese 
valor sea mayor que el tamaño de defecto correspondiente a la intersección de las 
curvas KI y KIA y KIC' afectados estos dos últimos de los coeficientes de seguri
dad esta5lecioos en IWB-3600. Si fuera menor, entonces se escogería como tamaf~ 
crítico el menor de los -tamaños.de defecto correspondiente a las intersecciones 
aqui señaladas. 

A continuación se van considerando uno a uno todos los transito
rios de operac1on normal especificados, obteniéndose en cada un~ de ellos la ma
yor fluctuación del factor de intensidad de tensiones, AK

1
, e~~ la cual se entra 

en la curva de crecimiento en fatiga propuesta en el Ap. A de ASME XI y se obtiene 
la velocidad de crecimiento en profundidad en función del númeéo de ciclos de ese 
transitorio, es decir, el valor de da/dN. 

A partir de ese valor y teniendo en cuenta ~3 frecuencia con 
que se postulan los distintos transitorios de diseño se obtie~:~ el incremento de 
profundidad debido al transitorio analizado. 

Sustrayendo del valor del tamaño crítico corregido, el valor 
de incremento de profundidad hallado, obtendremos las dimensio~es del defecto 
actualizadas. Una vez que hayan sido considerados todos los transitorios, obten
dremos el valor de tamaño crítico inicial antes definido. 

Un esquema de este proceso se da en la figura 8 

4.- RESULTADOS 

Todo el proceso de cálculo ha sido automatizado mediante el programa de orde
nador EVA, desarrollado por Tecnatom incorporando, este, al Ap. A de ASME XI los 
criterios posteriores de mecánica de fractura que se describen en el punto 3.2. 

Los resultados obtenidos han sido condensados en una serie de mapas de deci
s~on en las cuales se representa en abcisas el factor de forma o relación a/1, 
variando desde 0,0 a 0,5 y en ordenadas los valores máximos admisibles de la rela
ción a/t (relación profundidad/espesor). En estos mapas de decisión quedan recogi
dos los valores máximos que se indican en IWB-3500 del código ASME (Sección XI) y 
los máximos admisibles (tamaños críticos iniciales) para un periódo de evaluación 
de 0,15 y 30 años, equivalente a plena potencia, obtenidos con este estudio analíti
co. 

Una muestra de estos mapas de decisión se presenta en la figura 9. 
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EVALUACION NUMERICA DE LA VELOCIDAD DE AVANCE DE UNA FISURA 
EN FATIGA 

Raúl Cortés G.* y Alejandro Font F. 

Depa:rta.mento ·de Ingeniería Mecánica y Metalurgia, Pontificia Univel'8idad Católica de 
Chile, Santiago. Chile 

*Departamento de Física y Física de Materiales, E. T.S. ln.g. Caminos. Madrid. 

RESUMEN 

Se evaluó numéricamente la velocidad de avance de una fisura en fatiga mediante un mode
lo de acumulación de daño y el método de los elementos finitos, para el caso de un acero -
inoxidable AISI-316. Los resultados del análisis obtenidos en deformación plana están en -
buen acuerdo con las medidas experimentales correspondientes. Las evaluaciones numéricas 
realizadas en tensión plana predicen, no obstante, velociqades de avance de la fisura muy s~ 
periores a aquellas asociadas a deformación plana. Esta tendencia de los cómputos efectua
dos en tensión plana, se discute en términos cualitativos. 

SU M MAR Y 

The fatigue crack propagation rote in an AISI-316 stainless steel was evaluated numerically 
by use of a damage accumulation model and the finite element method. Results obtained 
in plane strain are in good agree with experimental measurements. Plane stress calculations, 
on the other hand, predict much higher values than those corresponding to plane strain. 
This tendency of plane stress computations is discussed in qualitative terms. 
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1.- INTRODUCCION 

Se han desarrollado en la literatura diversos modelos de propagación de fisuras 
en fatiga basados en la noción de acumulación de daño /1-5/, esto es, basados
en la idea de que la propagación de una fisura en fatiga se produce bajo la con 
dición de que una función adecuadamente definida, alcanza en la punta de la fi~ 
sura un valor crítico. Algunos de tales modelos consideran una función de daño 
definida en términos de las deformaciones plásticas cíclicas experimentadas por 
el material frente a la punta·de la fisura /4, 5/. Dichos modelos relacionan la 
velocidad de avance de la fisura con la vida de un elemento microestructural si 
tuado frente a la punta de la fisura. En el presente estudio, se hará uso de 
uno de estos modelos con el fin de estimar la velocidad de avance de una fisura 
en fatiga. La estimación de las deformaciones plásticas cíclicas producidas 
frente a la punta de la fisura se hará numéricamente, por medio del método de -
los elementos finitos. Se estudiará el caso de una probeta de tensión compacta, 
sometida alternativamente a estados de tensión plana o de deformación plana. El 
material analizado será un acero inoxidable AISI-316. Los resultados obtenidos 
son confrontados con las medidas experimentales disponibles en la literatura. -
La importancia de desarrollar modelos que permitan estimar los valores de 
(da/dN) del modo señalado, radica fundamentalmente en que dicha estimación se -
efectúa considerando sólo la microestructura del material frente a la punta de 
la fisura, lo cual permite considerar el efecto que puede tener el tamaño de la 
pieza sobre el valor de (da/dN), para una geometría dada. 

2.- METODO DE ANALISIS 

Se analizó el caso de una probeta de tensión compacta con W = 75 (mm) y una lon 
gitud de fisura de 40,7 (mm) bajo las hipótesis alternativas de un estado plano 
de tensiones o de deformaciones. El material considerado corresponde a un acero 
inoxidable AISI 316. La representación de dicha probeta se realizó mediante el~ 
mentos finitos, empleando una malla de 85 elementos isoparamétricos parabólicos 
y 300 puntos nodales. No se emplearon elementos singulares. Se supuso que el 
acero inoxidable AISI 316 en estudio, obedecía durante la aplicación de la car
ga externa, a la curva cíclica estabilizada experimental, la cual había sido d~ 
terminada previamente en la referencia /6/. Se simuló, tanto en tensión plana
como en deformación plana, el proceso de ciclado de la probeta, cargando la pro 
beta monótonamente hasta un valor dado del factor de intensidad de tensiones, y 
suponiendo, como se ha dicho, que en el rango plástico el material obedecía a -
la curva cíclica estabilizada. Se seleccionaron valores terminales del factor -
de intensidad de tensiones, comprendidos en el rango O - 40 MPalm, con interva
los de 2 MPalm. Se supuso que durante dicho proceso, el material obedecía el 
criterio de fluencia de Von Mises y la regla de endurecimiento isotrópico. El -
tamaño de los elementos situados en la vecindad de la punta de la fisura, fue -
seleccionado tomando en cuenta que la microestructura originada por los ensayos 
de fatiga oligocíclica en un acero inoxidable AISI-316, se caracteriza por un -
tamaño de las celdas de dislocaciones del orden de 1 (~nv), y por una distancia 
de separación entre maclas mecánicas inferior a 1,5 (~m) /6/. Por esta razón se 
consideró que debían emplearse, en la punta de la fisura, elementos de dimensio 
nes no inferiores a 1 (~m), con el fin de poder asumir, con cierta seguridad, 
que el material exhibía un comportamiento relativamente uniforme al interior de 
los elementos considerados. En particular, se optó por situar, frente a la pun
ta de la fisura, elementos cuadrados de 2 ~m de longitud por lado. Él programa 
utilizado en la resolución del problema, es aquél desarrollado por Owen y 
Fawkes /7/, empleándose en el presen·te caso integración de 2 x 2. La velocidad 
de avance de la fisura se evaluó empleando un modelo de acumulación de daño ba
sado en la relación de Manson-Coffin NS(~e /2) = C y en la regla de Miner. Di -
cho modelo considera que la velocidad ~e a~ance de la fisura se relaciona co~ -
el daño acumulado en un elemento microestructural situado frente a la punta de 
la fisura. Si dicho elemento experimenta deformaciones plásticas cíclicas 
(~e /2)i, mientras la fisura avanza una distancia ~X., ( i = 1, 2, ... n), en
tonges el modelo de daño acumulado empleado en el pr~sente trabajo conduce a la 
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siguiente expresión para la velocidad de avance por ciclo /6/~ 

da = 1 
n 
I (~E ./2)1/S ~X. 

pl. l. 
(1) 

dN el/ S 1 

En el presente trabajo, se empleó el modelo de acumulación de daño anterior en 
dos variantes, a saber, asumiendo que el daño se produce a lo largo de toda la 
zona plástica cíclica (Variante I), o bien suponiendo que dicho daño se produ
ce únicamente dentro de una zona de procesos de fractura (fracture process 
zone), cuyo tamaño ~x1 se tomó igual al tamaño de la microestructura (Variante 
II). En tal caso la expresión para la velocidad de avance de la fisura por ci
clo queda como: 

da = _.::;.1 __ 

dN cl/S 
(lle /2)1/S liX

1 pl 
( 2) 

En el presente trabajo, se estimaron los valores de las deformaciones plásti -
cas cíclicas, del modo antes señalado, y, para efectos de la evaluación de -
(da/dN), se consideraron los valores correspondientes a los puntos de integra
ción más próximos a la línea de propagación de la fisura. Tal línea, correspon 
día a un eje de simetría en la modelación por elementos finitos. Así, los pun~ 
tos de integración considerados formaban en su mayoría un ángulo de aproximada 
mente 200 con la línea de propagación de lá fisura. Los valores liX. (i = 1, 2~ 
.•. n) se tomaron iguales al semiancho de cada uno de los elemento~ considera
dos. 

El modelo de acumulación de daño antes mencionado se aplicó también, en sus 
dos variantes, y para el caso de deformación plana, a una segunda malla, que -
no fue procesada, más basta que la anterior en la zona inmediatamente adyacen
te a la punta de la fisura. En particular, el elemento situado en la punta de 
la fisura en esta segunda malla, era un elemento cuadrado cuyos lados tenían -
una longitud de 10 (~m). Los valores de la deformación plástica cíclica asocia 
da a los puntos de integración de interés de esta segunda malla fueron determi 
nados mediante interpolación lineal a partir de la solución previamente deter~ 
minada. Experiencias preliminares demostraron que el mencionado procedimiento 
de interpolación lineal era muy eficaz para estimar los resultados correspon -
dientes a mallas gruesas a partir de aquellos asociados a mallas más finas.-

3. RESULTADOS 

En la Figura 1 se muestran los resultados obtenidos mediante el análisis numé
rico para la velocidad de avance de la fisura en función de la variación del -
factor de intensidad de tensiones liK, para el vaso del acero inoxidable AISI
-316. Tales velocidades corresponden a las situaciones hipotéticas en que la -
probeta se encuentra en un estado plano de tensiones o deformaciones. Tal como 
se aprecia en la Figura 1, ambas variantes del modelo de acumulación de daño, 
empleadas condujeron, para el caso de deformación plana, prácticamente a los -
mismos resultados para la velocidad de propagación de la fisura, tanto para el 
caso de la malla original como en el de la malla modificada. Además, los resul 
tados correspondientes al estado plano de deformaciones están en buen acuerdo
con las medidas experimentales, también mostrados en la Figura 1, de las velo
cidades de propagación medidas en la referencia /6/ en una probeta de tensión 
compacta para un valor de R {=K . /K ) de 0,1, de igual geometría a la probe 
ta analizada en este trabajo y W~n20m~. de espesor. Esta última probeta pu~ ~ 
de, a su vez, considerarse en tales condiciones, como sometida aproximadamente 
a un estado de deformaciones planas. Cabe señalar que, en el caso de las medi
das experimentales recién mencionadas, la posición de la punta de la fisura 
coincide con aquélla asociada a las mallas empleadas en este estudio. 
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Por otra parte, se puede apreciar en la Figura 1 que el cálculo de (da/dN) efec 
tuado a partir de la malla modificada conduce aún a un mejor acuerdo, en rel~ ~ 
c~on con la malla original, con los resultados experimentales correspondientes 
a la probeta de tensión compacta de 20 mm de espesor. 

En la Figura 1 se señalan, además, los valores del exponente m de la relación -
de Paris-Erdogan (da/dN) = A(~K)m, correspondiente a cada uno de los casos allí 
señalados. 

Como puede apreciarse en la Figura 1, los cálculos efectuados en tensión plana, 
predicen una velocidad de avance de la fisura 20 a 30 veces mayor que la corres 
pondiente a deformación plana, para la variante I del modelo de acumulación de
daño empleado, y 10 a 15 veces mayor para la variante II de dicho modelo. 

4.- DISCUSION 

El hecho de que las estimaciones de la velocidad de avance de la fisura obteni
das bajo la hipótesis de un estado plano de deformaciones, estén en buen acuer
do con las medidas experimentales correspondientes, puede atribuirse a una ade
cuada selección del tamaño del elemento situado en la punta de la fisura. En 
efecto, puede apreciarse en la Figura 1 que las estimaciones numéricas de 
(da/dN) son relativamente sensibles a la selección de dicho tamaño. Así, parece 
claro que el criterio empleado en el presente trabajo, basado en consideraci~ -
nes metalúrgicas, resulta adecuado, al menos en 'el caso del acero inoxidable 
AISI-316. Luego, se sigue que siempre que se desee determinar la velocidad de -
avance de una fisura en fatiga por medio del método utilizado en el presente e~ 
tudio, es preciso que se conozca previamente, la naturaleza de la microestructu 
ra generada por el ciclado y, en particular, las mínimas dimensiones de dicha ~ 
microestructura. Esto último permitiría, en principio, efectuar una estimación 
del tamaño que debe poseer el elemento ubicado frente a la parte de la fisura. 

Por otra parte, en la Figura 1 se muestran los resultados experimentales de las 
velocidades de avance de una fisura para el acero inoxidable AISI-316, reporta
dos en la referencia /8/. La geometría precisa para las que fueron tomadas di
chas medidas se desconoce. Además, en la Figura 1 se muestra, en línea segment~ 
da, la predicción teórica para la velocidad de propagación de la fisura en di -
cho material de acuerdo al modelo de acumulación de daño desarrollado por 
Chelant y Rémy /8/, para el caso de deformación plana. Puede apreciarse que, a 
pesar de las eventuales diferencias de comportamiento mecánico que puedan pr~ -
sentarse entre los aceros AISI-316 estudiados en las referencias /6/ y /8/, a
las curvas asociadas al modelo empleado en el presente trabajo, corresponde, p~ 
ra la situación de un estado plano de deformaciones, un mejor acuerdo con las -
medidas experimentales de las referencias /6/ y /8/, en relación al modelo pre
sentado en la referencia /8/ (ver la Figura 1). 

Es un hecho bien conocido que las velocidades de avance de una fisura en fatiga 
son notoriamente menores en tensión plana que en deformación plana /9/. esto ha 
sido asociado al hecho de que los esfuerzos tangenciales desarrollados frente a 
la punta de la fisura son superiores en el caso de deformación plana. Así, en -
esta última situación y considerando que el proceso de fractura se suele as~ 
ciar a la componente dilatacional o volumétrica de la energía, el proceso de 
propagación de la fisura, ya sea en fractura o en fatiga, se vería facilitado, 
en relación al caso de tensión plana. Por su parte, los resultados del análisis 
numérico realizado predicen para un mismo nivel de carga aplicada, valores de -
la deformación plástica cíclica que son siempre mayores en tensión plana que en 
deformación plana, de lo cual deriva la obtención de mayores valores de 
(da/dN) en tensión plana. Además, las deformaciones plásticas se asocian usual
mente a la componente distorsional de la energía, y no a la componente dilat~ -
cional, que es la responsable de los procesos de fractura. Así, en vista de 
los resultados obtenidos, parece objetable la aplicación indiscriminada de un -
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modelo de acumulación de daño a situaciones tanto de tensión plana como de defor 
mación plana. Si bien en este último caso los resultados del análisis numérico ~ 
se ajustan bien a los resultados experimentales, no se dispone de ningún argumen 
to que permita suponer que las correspondientes evaluaciones en tensión plana -
tendrán igual validez. Por otra parte, Sih /10/ ha sugerido que la propagación -
de una fisura se producirá en la dirección para la cual la densidad de energía -
de deformación es mínima, dirección en la cual la componente dilatacional de la 
energía sería predominante. Además, se ha propuesto /11/ que la fluencia se pro
ducirá a lo largo de direcciones en las cuales la densidad de energía de deform~ 
ción es máxima, en las cuales predominaría la componente distorsional. En defor
mación plana, y en modo I de solicitación, se puede apreciar, de acuerdo a la tn 
formación entregada en la referencia /12/, que el mínimo de (dW/dV), que se tie~ 
ne en la punta de la fisura sería bastante marcado, mientras que en tensión pla
na sería prácticamente inexistente, o bien extremadamente débil. De aquí que sea 
de esperar, como efectivamente se ha observado, que en deformación plana y en m~ 
do I de solicitación, las zonas plásticas se desarrollen hacia los lados, míen -
tras que en tensión plana, se desarrollan preferentemente hacia adelante /13/~ -
Lo anterior sugeriría que la componente dilatacional de la energía sería impoE -
tante frente a la punta de la fisura, en el caso de deformación plana, mientras 
que lo sería mucho menos en el caso de tensión plana, lo cual llevaría asociado 
un comportamiento de propagación de la fisura claramente distinto en ambos ca 
sos. 

CONCLUSIONES 

De los resultados del presente trabajo, es posible establecer las siguientes con 
clusiones: 

a) El método de los elementos finitos y el modelo de acumulación de daño emplea
do en el presente trabajo, conducen a estimaciones de la velocidad de avance 
de una fisura en fatiga que, para el caso de un estado plano de deformaciones 
y para un acero inoxidable AISI-316, están en buen acuerdo con las observacio 
nes experimentales. 

b) Las dos variantes del modelo de acumulación de daño empleadas en este traba -
jo, conducen a valores bastante próximos de (da/dN), particularmente para ~1 
caso de deformación plana. 

e) Las estimaciones de (da/dN) obtenidas de acuerdo al procedimiento referido en 
a), son relativamente sensibles al tamaño del elemento situado en la punta de 
la fisura. Para el caso del acero inoxidable AISI-316, se recomienda que el -
tamaño de dicho elemento sea del orden de la microestructura originada por el 
ciclado. Para el caso de otros materiales, es preciso realizar investigacio -
nes adicionales que, en principio permitan dar una validez más general al ~ri 
terio recien enunciado. 
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Fig. l. Valores de la velocidad de avance de la grieta, en función de óK, para 
los casos que se especifican. 
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ANALISIS DE LA CAPACIDAD ULTIMA DE UNA CONTENCION MARK-III DE HORMIGON 

ARMADO EN CONDICIONES DE ACCIDENTE 

Antonio Moreno González 

Silvino Morales Sanchís 

EPTISA-GHESA-TRSA, EMPRESARIOS AGRUPADOS 

C/ Magallanes, 3 - 28015 MADRID 

En este trabajo se presentan los resultados obtenidos en la evaluación preli 
minar de una Contención MARK-III de hormigón armado con las cargas de presión y -
gradientes térmicos de accidente. 

Se han supuesto dos modelos diferentes de comportamiento de materiales. 
Las zonas de hormigón con armaduras, se incluyen mediante un modelo ortotró

pico de rigidez repartida. El modelo incluye una modificación de la participación 
del hormigón en función de la tensión de rotura a tracción y de un coeficiente de 
ligadura entre la armadura y el hormigón. 

El recubrimiento metálico del interior se modeliza como un material elasto
plástico clásico. 

El análisis permite definir de una manera realista la capacidad última de las 
contenciones de hormigón armado, y las áreas críticas tanto del recubrimiento in
terior como del hormigón estructural exterior. 

299 



l. INTRODUCCION 

El EdificiQ de Contención de los reactores de agua ligera tiene, entre otras, 
la función de impedir el escape de productos potencialmente peligrosos. Por 
tanto se diseña de modo que, en caso de accidente, conserve su estanqueidad 
y su integridad estructural. 

El accidente base de diseño considerado es un accidente de pérdida de refri
gerante (LOCA Loss of coolant accident) que, en una contención del tipo 
MARK III (Fig. 1), provoca las condiciones de presión y temperatura que se 
describen en la Fig. 2. 

En el caso de un LOCA con fusión del núcleo, puede producirse hidrógeno que, 
si escapa de la vasija, generará en el Edificio de Contención una mezcla pote~ 
cialmente explosiva. 

En tal situación el punto crítico es determinar si la capacidad última del Ed! 
ficio de Contención será suficiente para soportar, sin perder su estanqueidad, 
la presurización que la explosión puede suponer. 

El interés del tema queda patente en diferentes publicaciones recientes: En la 
Ref. 1 se efectúa un análisis de dos tipos ·de contención utilizando elementos 
finitos axisimétricos multicapa en el que los materiales se modelizan simplifi 
cadamente teniendo en cuenta únicamente el punto de rotura del hormigón y el -
límite elástico de cada material de armado o pretensado. En las Ref. 2, 3, 4 y 
5 se utilizan sólidos axisimétricos de cuatro lados, para determinar el modo 
fundamental de fallo y las zonas críticas de la Contención. 

En esta ponencia se presentan resultados obtenidos con una versión especial del 
programa NONSAP-C (Ref. 6) adoptada en EMPRESARIOS AGRUPADOS, que permite un 
tratamiento completo del proceso no lineal de deformación de la contención de 
hormigón armado o pretensado hasta alcanzar su capacidad última. 

2. DESCRIPCION DE LA ESTRUCTURA 

La Fig. 1 muestra la disposición general de un Edificio de Reactor con Conten
ción tipo MARK III. 

Mientras que las estructuras del Pedestal, Vertedero y Pozo Seco son estructu
ras interiores, la Contención propiamente dicha está constituída por el Edifi
cio Exterior y la Losa de Cimentación~ 

El Edificio Exterior está constituído por un recubrimiento metálico interior 
y un muro de hormigón armado exterior. Este conjunto estructural exterior es 
el objeto del análisis efectuado en esta ponencia. 

3. CARGAS DURANTE EL ACCIDENTE BASE DE DISEÑO 

En la Fig. 2 se muestra la distribución de presiones y temperaturas durante el 
accidente base de diseño. 

La capacidad última de la contención deberá ser varias veces la presión de di
seño. 
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4. DEFINICION DE LA ESTRUCTURA DEL EDIFICIO DE CONTENCION 

La contención incluye un forro interior de acero de 0,7 cm. de espesor. El res 
to de los elementos son de hormigón con la armadura indicada en la Tabla 1. Las 
letras idnican la capa en la que se incluye la armadura. 

TABLA 1 

CUADRO DE ARMADURAS 

1 1 1 1 
1 INFERIOR SUPERIOR ICORTANTEI 1 
1 1 1 1 
1 1 1 1 1 1 
1 X 1 y 

RADIAL ICIBCUNF. !VERTICAL 1 1 
1 1 1 1 1 1 
1 1 1 . 1 1 1 1 

LOSA 12+57/25 12+57/25 12+57/2" 12+57/25 12+57/30 1 1 
1 1 1 1 1 1 1 

1 1 1 1 
MERIDIONAL 1 CIBCUNFERBNCIAL 1 DIAGONAL 1 U...;2 a 90• 1 

1 1 1 1 
1 1 1 1 1 MALLA 1 1 1 

CILINDRO 1 IN'l'BRIOR!EXTERIORI IN'l'BRIORIEXTERIORI A 1 INTERIOR !EXTERIOR 1 
1 1 1 1 1 45° 1 1 1 
1 1 1 1. 1 1 1 1 

+ u m.. 1+57/0,9.1+57/0,9&1 +57/35 12+57/35 12+57/100 1 1 
1 1 1 1 1 1 
1 1 1 1 1 1 

+ U a 41 m. .. 1 .. 1 .. 11+57/35 1 111 1 1 
1 1 1 1 1 1 
1 1 1 1 1 1 

41 a 47 m. .. 12+57+0 ,91 11 12+57/35 1 11 1 1 
1 1 1 1 1 1 
1 1 1 1 1 1 

b 1 d 1 b 1 d 1 e 1 1 
1 1 1 1 ., 

1 
1 1 1 1 1 1 

CUPULA 1 1 1 1 1 1 
1 1 1 1 1 1 
1 1 1 1 1 1 

so· +57/1,5.1 1.¡,57/40 1+57/40 l2t35/14012q,30fl.2.12+57/1.2. 1 
1 1 1 1 1 1 1 1 
1 1 1 1 1 1 1 1 

90° 1 1 1 1 1 1 11 1 .. 1 
1 1 1 1 1 1 1 1 

1 1 1 1 1 1 1 
b 1 1 b 1 d 1 e 1 a 1 d 1 

1 1 1 1 1 1 1 
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5. MATERIALES 

En la tabla 2 se indican los materiales utilizados en sus propiedades. 

TABLA 2 

1 1 1 1 1 
1 PROPIEDADES 1 FORRO 1 ACERO ARMADURAS 1 HORMIGON 1 
1 1 1 1 1 
1 1 1 1 1 
1 1 ASTM A240 1 ASTM 615 1 1 
1 1 Tipo 304 1 grado 60 1 1 
1 1 Acero Inox. 1 1 1 
1 1 1 1 1 
1 1 1 1 1 
!MODULO ELASTICIDAD, E 12 x 10' Kg/cm2 12.1 x ·lO' Kg/cB2 10.3 X 10 6 Kg/ca2 1 
1 1 1 1 1 

1 1 1 1 
!COEFICIENTE DE 1 0,3 1 0,3 1 0,2 
IPOISSON ..... 

y 1 1 1 
1 1 1 1 
1 1 1 1 
1 LIMITE ELASTICO T y 1 2000 Kg/ca2 1 4200 Kg/ca2 1 e - 350 Kg/caa 
1 1 l 1 T - 35 Kg/ca2 

1 1 1 1 
1 1 1 1 
1 MODULO DE PLASTICIDAD 1 7400 Kg/cr 1 11700 Kg/cm2 1 
I"Ep" 1 1 1 
1 1 1 1 
1 1 1 1 
IDEFORMACION ULTIMA 1 1 1 0,003 
1 1 1 1 

6. MODELO 

El modelo utilizado se describe en la Fig. 3. Está constituído por un sector de 
4º con desplazamiento circunferencial restringido. El elemento utilizado es un 
elemento tridimensional de ocho nudos, Fig. 4. El modelo completo tiene 224 el~ 
mentas, con 470 nudos y 910 grados de libertad. Para el forro se ha utilizado 
un elemento membrana de 4 nudos. 

Para el hormigón armado se ha utilizado un material con rigidez homogeneizada. 
En la Fig. 5 se indica el proceso de homogeneización. En dicha figura, b es un 
parámetro de cohesión acero-hormigón que se anula cuando las armaduras se pla~ 
tifican. 

La fisuración del hormigón se tiene en cuenta redistribuyendo las tensiones so 
bre el acero. 
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El material del forro se supone elasto-plástico con endurecimiento lineal. 

7. EJEMPLOS DE CALCULO 

Como ejemplo de cálculo se ha procesado una hipótesis de carga debida a temper~ 
tura y una segunda hipótesis debida a presión interior. 

7.1 CARGAS TERMICAS EN CONDICIONES DE ACCIDENTE 

La hipótesis de carga térmica corresponde a la hipótesis de accidente base de 
diseño. 

La distribución de temperaturas se ha calculado a partir de las condiciones té~ 
micas más desfavorables en el momento del accidente en el exterior del edificio 
y con las temperaturas interiores definidas en la Fig. 2. 

Con un programa de cálculo de transitorios térmicos (Ref. 7) se ha calculado la 
distribución ~ás desfavorable de temperaturas en los elementos de edificio de 
Contención. 

En la Fig. 6 se muestran las zonas fisuradas debido a dichas cargas térmicas. 
Se observa que no hay fisuración en dirección meridional y que la fisuración cir 
cunferencial afecta únicamente a una pequeña capa exterior. 

Teniendo en cuenta que las cargas térmicas se relajan cuando el muro se fisura, 
se concluye que la fisuración por cargas térmicas será menor que la descrita en 
la Fig. 8. 

Al superponer estas cargas con las cargas de pres1on interior, aumentará la zo
na fisurada, lo que contribuirá a relajar las tensiones térmicas y a reducir, 
por tanto, la participación ya de por si pequeña, de dichas cargas, tal como se 
ve en la Fig. 4. 

7.2 CALCULO DE LA CAPACIDAD ULTIMA 

Para la obtención de la capacidad última se ha proc2sado el histograma de carga 
descrito en la Fig. 7. La carga máxima es de 38 T/m (54 psi). 

Las zonas con pendiente nula o reducción de pendiente se corresponden con los 
niveles de presión que fisuran la sección de hormigón y que tienden a producir 
la plastificación de las armaduras. 

En la Fig. 7 se representan también la evolución de las deformaciones y despla 
zamientos meridionales de un punto situado a media altura en el cilindro. La 
fisuración del hormigón por ~ensión meridional comienza aproximadamente al 75% 
de la carga máxima (28,5 1/m ). A partir de este momento aumenta la deformación 
debido a que el acero absorbe las cargas liberadas por la rotura del hormigón. 
Después, la deformación sigue aumentando porque las armaduras siguen absorbien
do esfuerzos de rotura e incrementos de carga. 

Las armaduras meridionales se plastifican con una carga entre el 85 y el 100% 
de la carga máxima. 

La complejidad de este proceso exige que se multiplique el número de iteracio
nes y de correcciones de la matriz de rigidez necesarias para alcanzar la con
vergencia. 
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En la Fig. 8 se describe la evolución de la deformación circunferencial y del 
histograma de carga. 

La fisuración debida a ~ensiones circunferenciales comienza aproximadamente al 
63% de la carga (24 t/m , 36 psi). A partir de esta carga, la armadura circunf~ 
rencial empieza a recoger la carga liberada por la fisuración del hormigón. 

Al aumentar la carga se produce la plastificación de las armaduras, aproximad~ 
mente al 67% de la carga máxima (25.5 T/m, 36 psi). 

Puesto que la deformación admisible en el forro es muy superior al 0,2%, salvo 
efectos locales, la carga última es la que produce la plastificación de las ar 
maduras. 

En este caso 25,5 T/m
2

, osea, 2,4 veces la carga de diseño. El modo de fallo 
es por plastificación de las armaduras circunferenciales. 

7.3 PROCESO DE FISURACION 

En la Fig. 9 se muestra la fisuración correspondiente a una carga del 63% de 
la carga máxima. Se observa que la fisuración por tensión circunferencial afe~ 
ta únicamente a la capa interior de la con~ención, donde el porcentaje supue~ 
to de armadura es prácticamente nulo. 

La fisuración por tensión meridional afecta unicamente a una pequeña zona del 
arranque del edificio. Esta situación contrasta con la indicada en la Fig. 10 
en la que, con un 64,5% de la carga, la fisuración circunferencial se ha exten 
dido a todo el cilindro y parte de la cúpula. 

La diferencia entre ambas figuras ilustra el mecanismo por el que, una vez co
menzado el proceso de fisuración, éste se propaga inmediatamente al resto de 
la estructura aún con pequeños aumentos de carga. 

En la Fig. 11 se muestra el estado de la fisuración con el 91% de la carga. En 
este caso la fisuración circunferencial afecta a todo el edificio incluída la 
zona de arranque del cilindro. La fisuración por tensión meridional afecta a 
todo el edificio salvo una zona del zócalo 

8. CONVERGENCIA 

En la Fig. 8, la línea con cruces representa la deformación circunferencial ca~ 
culada efectuando un mayor número de pasos de carga en el intervalo de carga de 
fisuración del hormigón. La comparación de esta línea con la línea contínua (me 
nor número de pasos de integración) muestra que, cuando el número de pasos es -
insuficiente, el programa puede dar un estado de deformaciones que no se corres 
ponde con el real. La rápida subida de la línea correspondiente a un mayor núm~ 
ro de pasos, con apenas variación de la carga, se corresponde con la transferen 
cia de la carga del hormigón a las barras de armado. Después de la subida ini-
cial debería haber un tramo horizontal indicativo de que la transferencia de 
cargas habría terminado. El que no lo haya significa que la convergencia no es 
correcta. De hecho, se obtiene una carga de plastificación del orden del 25% 
inferior a teórica. Esta diferencia se debe a que, como se deduce de la compa
ración de las figuras 9 y 10, la fisuración circunferencial es un proceso casi 

304 



instantáneo que produce grandes desequilibrios en el sistema impidiendo la co~ 
vergencia. Una manera de solucionar este problema es modelizar la carga y la 
estruptura de modo que la fisuración circunferencial se produzca sucesivamente 
por pequeñas zonas. 

La carga última en_las armaduras meridionales coincide, prácticamente con la 
teórica. Ello se debe a que la existencia de momentos flectores importantes 
en las secciones, implica diferencias significativas entre las deformaciones 
de los elementos exteriores e interiores. De esta manera el proceso de fisu
ración meridional es progresivo y el desequilibrio introducido en cada fase 
es absorbido sin problemas numéricos. 

9. CONCLUSIONES 

Según se ha expuesto, la vers~on presentada del NONSAP-C permite tratar con to 
da su complejidad el proceso de fisuración de estructuras de hormigón armado.
Los resultados muestran que: 

Las cargas térmicas no producen una fisuración significativa del Edificio 
de Contención. 

La presión de diseño (15 psi) no p~oduce fisuraciones. Por lo tanto, en las 
condiciones de diseño se satisfacen los requisitos de estanqueidad y resis
tencia. 

La capacidad última de la contención es varias veces la carga de diseño (m~ 
yor de 2,4 veces). 

El fallo crítico es por plastificación de las armaduras circunferenciales. 

El hormigón comienza a fisurarse aproximadamente a 2,4 veces la carga de di 
seño. · 

El proceso de. fisuración circunferencial afecta, de forma prácticamente in
mediata, a todo el cilindro de la contención lo que genera una inestabili
dad de la solución, y una subestimación de la carga última. 

El proceso de fisuración meridional es progresivo y no genera inestabilida
des. 
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SISTEt11A AUTDr~ATICO DE EVALUACION DE GRIETAS CON 
CRITERIOS DE FRACTURA 

C. Ranninger Rodriguez - A. Moreno González 
J. Oñoro L6pez - A. García Crespo 

Departamento de Ingenierla Meta~úrgiaa 
Esauela Téaniaa Superior de Ingenieros Industriales de la 
Universidad Politéaniaa de Madrid. 

En esta ponenaia se presenta el sistema automáTiao de evaluaaión de grietas, 
desarrol~do en e~ Departamento de Meta~urgia de la Universidad Po~itéaniaa de 
Madrid. 

El sistema ha sido diseñado aon ~as siguientes aaraaterlstiaas: 

- Gestiona estos datos para determinar en forma automátiaa Zos parámetros K y 
J tanto en régimen elástiao aomo plástiao. El sistema evita la neaesidad de 
reaurrir a aomp~ejos sistemas de aáZau~o, aproveahando una amplia base de da 
tos. -

- E~abora los diagramas de areaimiento de grieta, de inestabilidad y Zas aurvas 
de faUo de ~a geometria, ~os diagramas se generan gráfiaamente, dando Za in
formaaión neaesaria para una rdpida eva~uaaión de Za grieta. 

- Ha sido generado pensando en faai~itar ~as operaaiones del usuario. Se ha pro 
gramado en BASIC, en modo de trabajo interaativo y es operativo en un ordena
dor personal. 

311 



1.- INTRODUCCION 

La evaluación de un defecto en un componente en operación requiere la 
utilización de. complejas técnicas de análisis. En general estas técnicas -
no son fácilmente accesibles, ni son fácilmente utilizables. 

Puesto que las inspecc;ones son cada vez más exigentes; cada vez es -
más frecuente la detección de defectos. En estas condiciones es manifesta 
la conveniencia de dis~ner de unos medios que estando disponibles y sien
do de fácil uso permitan estimar el comportamiento del defecto y su criti
cidad, aunque ello se efectúe con un elevado grado de conservadurismo. 

En la evaluación de defectos complejos se requiere una gran experien
cia técnica y potentes medios de análisis. Sin embargo, muchas veces éste 
no es el .caso y lo que se necesita es saber si el componente puede seguir 
operando en un determinado momento. 

En el Departamento de Ingeniería Metalúrgica de la E.T.S.I.I. de la 
U.P.M. se esta llevando a cabo el desarrollo de un nrocedimiento que per
mita efectuar la evaluación de defectos de forma automática. 

En la fig. 1 se muestra la estructura básica del sistema, en forma 
de módulos. Los módulos de análisis y ensayos.alimentan el Banco de Datos. 
El módulo de Evaluación se alimenta cÜrectamente del Banco de Datos sin ne 
cesidad de efectuar análisis complejos. 

La normativa se aplica directamente a los resultados de la evaluación 
para elaborar los criterios de decisión. 

2.- MODULO DE DATOS 

En este módulo se almacenan dos clases de datos, los relativos a la -
geometría y los relativos al material. 

El Banco de Datos de geometrías, fig. 2 y ejemplo de panel en fig. 3, 
está constituido por los coeficientes de las funciones aue determinan los 
valores de la integral J, del desplazamiento en borde de grieta o y del des 
plazamiento entre. puntos de medida A. Estos coeficientes se introducen en~ 
función de las dimensiones de la geometría seleccionada y de las caracterís 
ticas del material con comportamiento no lineal. Parámetros a y n del ajus~ 
te con una ecuación del tipo Ramberg Osgood. 

E a· ( a ( 1 ) 

E o O o 

El Banco de Datos de materiales reúne, para cada uno, las propiedades 
mecánicas lineales y no lineales que caracterizan el comnortamiento del mis 
mo E,v,a,n,ao,E 0 , así como el parámetro Jrc Y la función JR (óa) caracterís 
ticas del crecimiento de grieta en la matriz del material. 

Estos parámetros pueden introducirse directamente desde el exterior de 
forma interactiva, ejemplo en fig. 4. Con esta opción se facilitan los aná
lisis paramétricos del crecimiento de qrieta en función de las característi 
cas del material. 

Este Banco de Datos dispone de un postpro9e~or que genera también de 
manera interactiva un nuevo Banco de Datos. Este Banco de Datos está consti 
tuido por el valor de las funciones J,o y A para una red plana de puntos en 
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un intervalo de cargas de tamaño de grieta definido previamente e introduci 
do interactivamente por el usuario. 

La hipótesis básica es, Ref. 1, el cálculo de las funciones J,o y A co 
mo superposición de dos cálculos, uno suponiendo material elástico-lineal,
Y otro; suponiendo material no lineal con parámetros de Ramberg Osgood. 

3.- MODULO DE EVALUACION 

En el módulo de Evaluación se utiliza el nuevo Banco de Datos de J,o y 
A para generar los gráficos de evaluación. 

Las opciones gráficas introducidas son, fig. 5: 

- diagrama de crecimiento de grieta.· 
- diagrama·de inestabilidad. 
- diagrama de fallo. 

El diagrama de crecimiento de grieta es un gráfico en el que se repr~ 
sentan las curvas de J y o ó A para diversos nivele~ de carga y tamaño de -
grieta. Frente a estas curvas se representa la curva Je ~d) del material. 
Sobre esta curva se superpone el punto representativo del defecto actual, 
tamaño del defecto y nivel de cargas. La posición relativa del punto in
dicará si hay crecimiento y si éste es estable o inestable, fig. 6. 

A veces, es más conveniente disponer de un diagrama de inestabilidad. 
En este diagrama se representa .la función Tj en función de J o del tamaño 
de grieta a. Junto a estas curvas se representa el TJR ( Aa) del material. 
En estos diagramas, se representan para el valor .T ó a del defecto dos -
puntos con.distinto TJ7cuando ambos coinciden sobre la curva del material
se alcanza el estado de crecimiento inestable, fig. 7 y fig. 8. 

En el diagrama de fallo se representa en ordenadas la relación de la -
carga real a la que produce la plastificación del material. En abscisas se 
representa la relación Kr<a~P> / KR (~~) para un determinado a y un &2 admi 
sible. La curva de fallo r~presenta el conjunto de puntos límite. Junto a 
esta curva determinada para el material y geometría del problema se repre-
senta la curva R6. La situación del punto representativo del defecto actual 
indica, si se está del' lado de la seguridad por debajo de la linea o de in
seguridad por encima de ella, fig. 9. 

4.- MODO DE OPERACION 

Detectado un defecto, el modo operativo de evaluación implica los si-
guientes pasos. 

-Seleccionar la geometría del Banco que sea representativa del defecto. 
Identificado el material, introducir en el Banco sus características, si 
previamente no formaban parte del Banco. 

- Introducir el intervalo de variación de las cargas y el intervalo de cre
cimiento de grieta, en los que se estima probable el crecimiento del de-
fecto. 

- Con estos dato.s se generan opcional y automáticamente: 

- el diagrama de crecimiento del defecto, 
- el diagrama de inestabilidad, 
- el diagrama de fallo. 
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Estos diagramas aparecen sucesivamente en la ~antalla con la indicación 
de la situaci6n del defecto actual sobre cada uno de los gráficos anteriores. 

5.- CONCLUSIONES 

- El Banco de Datos de geometrías y materiales constituye un método idóneo -
para tener almacenado y utilizable la gran cantidad de información que so 
bre mecánica de la fractura hay actualmente disponible. 

- La automatización del uso de dicha información permite efectuar rápidamen 
te y sin problemas una evaluación de la severidad del defecto. Todo ello
sin recurrir a costosos sistemas de análisis y sin necesidad de experien
cia pre~ia. 

- El acoplamiento a este sistema de un módulo de crecimiento de grieta per
mite visualizar y predecir la evolución de un defecto, indicando la solu
ción más adecuada a cada problema. 

- La implementación en un PC-IBM permite que este sistema sea inmediatamen
te operativo por cualquier usuario. 

- El soporte adicional que supone el programa en desarroilo en el Dep. de -
Ingeniería Metalúrgica de la U.P.M. constituye una fuente de alimentación 
continua, tanto de geometrías, como de propiedades de los materiales del -
Banco de Datos de fractura incluido en este procedimiento. 

- Las figuras 2 a 9 son una reproaución exacta de lo que aparece en la pan
talla del ordenador personal, pudiendo obtenerse los diagramas en plotter 
o vertido de pantalla. 
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Fig. 1 Sistema de evaluación de defectos 

OPCIONES. 
A - Prob12ta compacta - - - - - - - - -. - -

.::LA!oT l-CI-\ 
i<. 

EL A::>TO-PUIS,T: CP. 

* S- Placa con 'grieta'central < tension > 

t·~ Rlaca co~ gri•t• lateral 1 tension > ----
.O - Probe~a de ~lexion con tres puntos de apoyo 
E - Pla.ca.con .;¡ri&ta bilateral < tjansion > 
F- CiliriQro.con grieta áxial y ~rasion interior 
G - Cilindro con grieta circunferencial y tension 
H - Modelo plano de ~isura en tobera 
I - Grieta eliptica longitudinal interna en 

cilindro con gradi;;mte de tensiones 
J - Grieta eliptica longitudinal e:-:t¡¡.rn.u ~n 

cilindro con gradiente de tansiones 
K -:Griéta circunierencíal con penetracion 

~ompleta con tension remota - - - -
1.." 1

- Grieta circunferencial con penetracion 
~omplata-con momento flector - - - -

M -:Griata elíptica longitudinal interna 
en cilinpro·cón presion interior 

'N- Grieta•eligtica circunferencial interna 
en cilindro-con carga axial 

Q - CÜffldro con gr,ieta Circ!.U'lferencial 
y gradiente· de .tens_iones · 

Fig. 2 Banco de Qeometrías 
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En :regiMen plastico 
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11=9. 6(a+c) 
G=9.2"15(a+c) 
D=9.25(a+c) 
d=9.25(a+c) 
E:spe:so:r:.Q. 5 (a+c) 

INTRODUCCION DE LAS CARACTERISTICAS 
FISICAS en MM 

a= 50 
Fig. 3 Panel de geometría 
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MODULO DE YOUNG 
EN Hg/MM2 

Fig. 4 Panel de propiedades 

1) Elegi~ ot~o tipo de g~ieta 

2) CaMbia~. p~opiedades o ca~acte~isticas 

3) Calcula~ pa~a las condiciones de 

ent~ada los pa~aMet~os 
4) Dia.g~aMa de ~ J ; ·coMo fue~za 

iMpulso~a del c~eciMiento de fisu~a 

5) Diag~aMa de inestabilidad 

6) Diag~a.Ma de fallo y linea R-6 

Fig. 5 Opciones de cálculo 

C=caMbio de M=Menu 

J't 

a 
L---~--~----L---~--~----~--~--~------~--~~ 

Fig. 6 Diagrama de crecimiento de grieta 
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C=caMbio de escala I=inst~uccion M=Menu 
P=plotte~ 

Tjt-

i r 
1 

11 

1 
1 
1 

\ ·, 
\, 

Fig. 7 Oia9rama de inestabilidad T-a 

C=caMbio de escala I=inst~uccion M=Menu 

Jt 
P=plotte~ 

Fig. 8 Diagrama de inestabilidad T-j 

I=inst~uccion M=Menu P=plotte~ 

s~ 
L----~---~------~--~--~------~~~~~-----L-~~ 

Fig. 9 Diagrama de fallo 
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