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METALLDRGICAL CONSIDERATIONS ON CRACK PROPAGATION 

E.R. de los Rios 

Department of Hechanical Engineering, University of Sheffield, Kappin Street, 

Sheffield, U.K. 

The effect of metallurgical variables on 
crack propagation can best be appreciated by 
first looking at the various stages of 
fatigue crack growth (Fig. 1). 

The first stages in the growth of a fatigue 
crack are highly dependent on the micro
structure of the material. Cracks are in
itiated either by extrinsic surface defects 
such as machine marks, pores, voids, etc, or 
by extrinsic defects such as intrusions or 
extrusions and grain boundaries. The in
itiated crack continues to grow in stage I 
by a shear mechanism along the persistent 
slip band (psb). This is the microstructural 
stage of short crack growth (MSC) showing 
that periods of high growth are followed by 
periods of low growth. This period may ex
tend for two or three grains (d1 , d 2 , d3 ). 
The crack may also halt several times at mi
crostuctural barriers then continue to 
propagate before it enters a period of more 
steady growth which is the physical small 
crack period. 

This zone is bounded by the MSC at small 
crack lengths and by the LEFM zone at longer 
crack lengths. The boundary with the MSC 
region depends on the length of the dominant 
microstructural barrier which depend on 
stress level and microstructural features. 
The boundary with the LEFM zone is both 
stress and crack lengths dependent and is 
related to the transition point between the 
structure-sensitive mode of crack growth 
towards the threshold branch of the long 
crack growth rate curve and the structure
intensitive mode in the upper branch. This 
transition point has been examined by 
various authors, for example, Taylor quotes 
l2 - lOd (crack length equal to ten times 
the grain diameter), Yoder et al states that 
the transition takes place when the reversed 
plastic zone size is of the order of the 
grain size. It follows that ~ - 5.5 uys Jd. 
and also Liu and Liu, determined an empiri
cal expression for this transition as K h -
(0.7 ± 0.1) Kt. t 

The boundaries between these different types 
of crack regimes can also be established by 
using modified Kitagawa-Takahashi diagrams. 
A particularly useful map of this kind is 
that developed by Brown in which six dif
ferent fatigue fracture mode zones are 
easily distinguished. In here the LEFM 
region is limited to below stress range of 
2ucy/3 (where ucy is the cyclic yield 
stress) to comply with small scale yielding 
(SSY) conditions. At higher stress range 
levels up to a limit of 2uT (where uT is the 
tensile strength) cracks are described by 
EPFM analysis, growing by either a mode I or 
a mode III mechanism according to stress 
levels. In the microstructural crack region 
crack growth is by stage I but at low stress 
levels, the limited plasticity at the tip of 
the crack can be accommodated by slip in 
first one slip system and consequently the 
mode of fracture is crystallographic. Cracks 
can form at stresses below the fatigue limit 
as long as platicity, even in the most 
elementary form, can be activated, so that 
the limit for crack initiation should 
theoretically be as low as the stress re
quired for psb formation. Fig. 2. 

Short crack propagation 

Before discussing the methods used to study 
short crack growth a description of the ex
perimental technique used in the formation 
and monitoring of short cracks will be 
briefly given. 

Techniques used to initiate short crack 

~ 

The most common forms of fatigue loading 
used in the study of short cracks are axial, 
bending and torsion. In particular, the lat
ter, using hour-glass specimens preved to be 
a very useful combination for the following 
reasons (see Fig. 3). 
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i) the surface area for crack initiation 
is restricted to the central portion 
of the specimen without unduly intro
ducing stress concentrations. 

ii) in torsional loading, because cracks 
grow preferentially along the surface, 
cracks remain in stage I for longer 
time (length) so that this important 
stage of crack growth can be studied 
much more thoroughly. 

Techniques used to monitor short crack 

growth 

Possibly the most popular method used at 
present to detect and monitor short fatigue 
cracks is the replication method. Its 
popularity stems from its simplicity, 
reproducibility, quickness (the test has to 
be stopped for only a few minutes) and the 
facility of storing the replicas in a 
library type system for future reference. 

In essence, the method consists of taking 
replicas at given intervals over the test 
period and then observing them in the 
reverse order, commencing with the latest 
replica where the main cracks can be easily 
located, and working backwards through the 
series. If the surface of the specimen is 
etched, then there will be a large number of 
reference points for helping in the location 
of the same crack or area whilst examining 
the next replica. If the specimens is un
etched, or there are a few reference points, 
then it may be necessary to inscribe marks 
on the specimen surface away from the most 
likely fatigue crack initiation area (i.e. 
micro-hardness indentation marks a few a 
millimeters away from the minimal cross
section area in an hour-glass shape 
specimen). These reference marks are used as 
the origin of a co-ordinate system to build
up a map with the location of all features 
of interest (i.e. cracks). The series of 
replicas constitutes, therefore, a 
chronological record of the whole fatigue 
damage process. 

On completion of the test, the series of 
replicas is examined to yield quantitative 
data which can be used to derive empirical 
expressions for crack growth, life predic
tion exercises, or to test theories or 
models for short crack growth propagation. 
The most pertinent data related to crack 
growth experiments is crack length and crack 
orientations. The former is used to obtain 
crack growth rate and the latter the direc
tion of crack growth. 

These operations can be easily performed 
with the aid of image analysis equipment, 
which should allow the operator to 

i) define the or~g~n and orientation of 
the co-ordinate system to which posi
tion and orientation of cracks will be 
related. 

ii) keep several images in the frame store 
at any one time. 

iii) calibrate the system according to the 
magnification used and to commpensate 
for distortions that may exist in the 
microscope lens or camera. 

iv) be able to cope with cracks extending 
by more than one frame length. 

Accoustic Microscopy 

Although direct observation of fatigue 
specimens or the examination of replicas buy 
optical microscopy is extensively used in 
fatigue short crack research and valuable 
information has and will still continue to 
be obtained, there are sorne practical 
limitations inherent in these methods which 
are extremely difficult to overcome. Firstly 
is the problem of limited resolution -
between 0.5- l~m for an optical microscope, 
which coupled with the difficulty of finding 
replicating material to duplicate very fine 
details, means that very fine cracks will 
pass unnoticed when using these methods. 
Secondly, is the masking effect of other 
features on the specimen surface which hides 
the presence of the crack. the typical case 
is low and medium carbon steel specimens 
where the first sign of fatigue damage is 
the formation of multiple persistent slip 
bands (psb) which form and extend across 
ferrite grains. A small proportion of these 
psb contain cracks which initially grow 
along the psb plane. Within this stage of 
growth the cracks are indistinguishable from 
the psb until at a much later stage, the 
crack begins to propagate into the adjacent 
grain, see Fig. 4. Scanning acoustic micro
scopy (SAM) offers the possibility of over
coming this limitation without any need for 
replicas. In a SAM, the contrast arises from 
the interaction of the sound beam with the 
elastic properties of the material. 

The basic components and operations of the 
SAM can be described with the help of Figure 
5. A piezoelectric transducer converts the 
transmitted radio frequency (RF) electromag
netic pulses to acoustic pulses which are 
brought to a focus at the focal plane of the 
lens. Pulses reflected from the object are 
collected by the same lens, and the trans
ducer converts them back to electrical 
pulses which, after detection, provide a 
video signal. This signal is the input to 
the display system and is used to intensity-
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modulate an electron beam on the display 
monitor. Conversely, this signal is passed 
onto a frame store which holds that value 
for intensity at an address that corresponds 
to the position of the lens, relative to the 
specimen. The lens is scanned over the field 
of view, in a raster manner, in synchronism 
with the electron beam on the display, or 
conversely its position is measured (for ex
ample by a transducer) and then fed to the 
frame store. The image is thus built up 
point by point. 

In acoustic microscopy the two important 
waves considered in the interpretation of 
images are the normal to the surface of the 
specimen and the incident on the specimens 
at the Rayleigh angle, Fig. 6. The best con
trast is attained when the specimen is 
marginally defocussed towards the lens (-z) 
because this enhances the interference 
between the normal and Rayleigh reflections. 
The image then becomes sensitive to anything 
that affects the propagation of Rayleigh 
waves. 

The special case considered here is that of 
surface cracks and, in particular, fine and 
close cracks or cracks which are masked by 
other features such as deformation bands. 
Incident waves that are geometrically 
reflected from the surface will be 
negligibly affected by the crack, in light 
microscopy in particular, a crack that is 
finer than the resolution will not normally 
be detectable. Rayleigh waves would, on the 
other hand, strike the cracks from the side 
and therefore would be strongly affected by 
cracks of even less than a wavelength. 

In Fig.7 a SAM anda optical image taken at 
the same location within the cross-section 
of a 316 stainless steel fatigue specimen 
with some very fine surface cracks are coro
pared. One particularly fine crack is almost 
undetectable with the optical microscope, 
Fig. 7a, even the first short segment being 
scarcely visible. The acoustic micrograph, 
Fig. 7b, some of the grain contrast. 

In conclusion, it will be seen from the 
evidence now presented, that a scanning and 
fatigue system can be designed in such a way 
that a given test can be continuously 
monitored to study the formation of cracks 
and short crack propagation, in-situ, during 
the progress of the fatigue test. It will be 
possible, without etching, to measure the 
length of cracks, or microstructural fea
tures, estímate their orientation, and 
establish their relationship to grain struc
ture and second phases. 

Microstructural short crack5 

Irrespective of the precise cause (inclu
sions, micronotches, etc) by which fatigue 
cracks are initiated, they propagate along 
slip bands, Figure 4 which illustrates this 
situation clearly, shows the various stages 
in the development of a crack. In Fig. 4(b) 
slip bands are seen to form preferentially 
along the applied maximum shear directions 
but not all the grains with a favourably 
orientated slip system will be able to 
generate slip bands. Plastic deformation is 
facilitated in b.c.c. metals because of the 
multiplicity of slip systems available; in 
iron the {101 l, ( 211} and ( 123} all act as 
slip plane with the direction of slip always 
being the close-packed direction [111] which 
is common to all three sets of planes. At a 
later stage [Fig. 4 (e)] a crack is seen to 
have grown along the slip band and extends 
through its entire length. The crack as yet 
as not been able to break through the fer
rite grain boundaries at either end and con
sequently there is a temporary of crack 
growth. The reason why the crack has not 
been able to propagate into the adjacent 
grain is undoubtedly due to the difference 
in orientation of the two grains. One grain 
is orientated to permit slip along the maxi
mum shear direction parallel to the specimen 
axis while the other grain is placed to slip 
along the complementary maximum shear direc
tion transverse to the specimen axis. 
Nevertheless, these crystallographic bar
riers to crack propagation are not im
penetrable and the crack continues to grow 
once this partial barrier has been in the 
second grain. 

Barriers of a more formidable nature to 
crack progation are the pearlite regions 
where many of the cracks, particularly 
transverse cracks may be arrested. 

This example gives a clear indication of the 
importance of microstructural barriers to 
crack growth in the development of new 
fatigue resistance materials. A fine grain 
size is beneficial in both the micro
structural and the physical crack growth 
region. In the former, by increasing the 
number of barriers that the short crack has 
to overcome before entering the next stage 
of crack growth, and in the latter by in
creasing the value of the new flow stress in 
the plastic zone through the well known 
Hall-Pecth relationship a - a + ~-d-1/2 y o --y . 

A higher flow stress means a smaller plastic 
zone size, a smaller crack tip plastic dis
placement and consequently a lower crack 
growth rate. 

5 
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The example also shows the effect of 
anisotropy on crack growth rate. If the ma
terial shows a preferred crystallographic 
orientation there would be no change in 
crack growth direction on crossing a grain 
boundary. In terms of the strength of bar
riers they will be weak barriers and the 
retardation in crack growth rate will be 
minimal. 

The other aspect illustrated by the example 
is relative resistance of the various micro
structural constituents to crack propaga
tion. The pearlite, in this case, offers a 
much larger resistance to crack propagation 
than the ferrite. This is in relation to 
their different flow stresses. All the 
parameters used to characterised crack 
growth rate such as crack tip opening dis
placement or plastic zone size are inversely 
related to the crack tip flow stress of the 
material and consequently a crack will be 
retarded or even stopped when its tip comes 
against a high strength constituent. 

The effects of grain size, precipitates and 
uniaxial microstructures is illustrated in 
schema tic form in Figure 8. Fine grain 
structures have a lower crack growth rate in 
the short crack region, due to the smaller 
crack tip plastic zone, but a larger crack 
growth rate in the near threshold region. 
This is due mainly to two reasons, the first 
being a higher threshold value for fine 
grain materials, which is related to the 
higher yield stress and the second to the 
lower contribution of surface roughness 
friction. 

The effect of precipitates is different ac
cording to whether they are shearable by 
dislocations (under-aged, UA) or not 
shearable (over-aged, OA). The largest dif
ferences between the two extreme types seem 
to occur in the vicinity of the micro
structural barriers to short crack growth 
slip occurring in the plastic zone at the 
crack tip is more reversible in under-aged 
structures. For a crack growing along a 
single slip band at the crack tip, the crack 
propagation rate should be proportional to 
the number of dislocations emitted along the 
slip plane during the loading half of the 
cycle which do not return along the same 
plane during the unloading half. The number 
of dislocations which contribute to crack 
advance in each cycle is thus directly re
lated to heterogeneity of the strain, i.e., 
the ease of cross-slip. The superior near 
threshold crack propagation resistance of 
the UA condition is mainly due to the in
creased slip reversibility although sorne ef
fect of increased crack deflection cannot be 
ruled out. 

Regarding the microstructural effects of two 
.phase alloys, sorne evidence suggests that 
large differences in behaviour can be ob
served when the second phase is softer as 
opposed to harder than the primary phase. 

The stress intensity factor ahead of the 
crack is enhanced in the proximity of soft 
phase while the opposite occurs with a hard 
phase giving a type of behaviour illustrated 
by Fig.8c. The initial part of the short 
crack region should be common to the three 
alloys showing the usual deceleration of 
crack growth rate with crack length. The 
pure ferrite will show just one main dip in 
the curve, coincident with the tip of the 
crack approaching the ferrite grain 
boundary. The other two alloys will show 
another dip related to the location of the 
second phase along the crack path. The alloy 
with the harder second phase will show the 
largest deceleration. Therefore the steel 
containing cementite will show the deepest 
dip. 

Short Crack Modelling 

Short cracks are not amenable to LEFM 
characterization for several reasons. The 
stress required for short crack growth are 
g7e~ter than ocy/3, usually quoted as the 
l~m~t for LEFM; the large plastic zone as
sociated with a short crack invalidates the 
necessary condition for LEFM crack tip 
p~asticity of small scale yielding (SSY). 
M~ller for example gives the follwing values 
for the limits of applicability of LEFM; if 
the plastic zone size rp - a/50 (a: crack 
length), LU< - !lo ¡;a and r - A(LU<jo ) 2 with 
A O P cy 

- .1, then o < 0.3ocy· The limiting crack 
length was estimated to lie in the range 0.1 
to 0.5 mm. Below this range LEFM cannot be 
applied, because the applied stress to cause 
crack growth will be too high and the stress 
strain field at the crack tip will not be 
quantified with sufficient accuracy. 

Elasto-plastic fracture mechanics (EPFM) 
solutions have to be developed, therefore, 
to describe short fatigue crack growth rate. 
The approach for any mode of crack growth 
should be able to regard the peculiarities 
of short and long cracks, namely, the ac
celerating and decelerations arrest at 
stresses below the fatigue propagation 
threshold for a given crack length, strength 
of microstructural barriers, crystal 
orientations, work hardening transition to 
long crack behaviour and finally long crack 
growth. 

Two approaches developed here in Sheffield 
which deal with most of the points raised 
above related to the behaviour of short 
cracks will be described next. 
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The Two Egyations APProach 

The first is the empirical appro~ch of Hob
son who suggest equations of the type 

da 
- e (d - a) (1) 

dN 

for the short crack region, and 

da 
Ga - D (2) 

dN 

for the physical small crack and long crack 
region. The coefficients e, G and D are ob
tained through fitting the two equations to 
experimental data; e and G depend on the ap
plied stress while D is a constant for the 
material and represents the crack growth 
threshold. The point of intersection of the 
regression line with the abscissa in Fig. 9 
gives the value of d, which is also of the 
same arder as the distance to the dominant 
microstructural barrier to fatigue crack 
growth. When fitting equations of this type 
to experimental data the values of e and G 
are stressjstrain dependents and a large 
scatter is observad. Such a dispersion is to 
be expected due to some cracks being able to 
propagate much more quickly than others bec
ause of variations in the crystallographic 
orientations of individual grains and also 
proximity of other cracks. 

Assuming that the fast growing cracks are 
more likely to cause failure a statistical 
representation of the fastest growing ob
served cracks should be employed to estimate 
the stress dependent values of e and G. 

For a 0.4 e steel Hobson found that the fol
lowing expressions fit satisfactorily the 
data 

da 
1.64 x lo- 34 (8u)ll.l4 (d-a) (3) 

dN 

and 

da 
5.4 x lo- 23 8u6 · 54 a 4.24 x lo- 3 (4) 

dN 

Fig. 9 shows the range of valid crack 
lengths for the application of each equa
tion. Region (1) the microstructural crack 
zone where equation (1) is used to calculate 
fatigue life in this period. Region (2) is 
the interactiva zone where both the micro
structural and fracture mechanics 
mechanisms, equation (1) and (2) operate and 
finally in the continuum fracture mechanics 
region (3), equation (3) is used. By con-

sidering the three areas of crack growth the 
lifetime can be calculated, Table I. 

A single eguation·approach 

This model developed by Navarro and De los 
Rios is based on two fundamental works; one 
by Bilby et al. about the spread of 
plasticity at a crack tip, and the second by 
Petch on the yielding of polycrystal metals. 
The model consideis a crack initiated at the 
surface by an inclusion or a hard second 
phase particle or by localizad plastic 
deformation on a psb (intrusions or extru
sions). The crack proceeds to grow along the 
psb which is blocked by the grain boundary 
and it will remain blocked for as long the 
stress ahead of the slip band is unable to 
initiate s~ip in the next grain. As the 
crack grows, the stress concentration ahead 
of the blocked slip band increases, until it 
attains a value sufficiently high to operate 
a dislocation source in the next grain. At 
this point the plastic zone (slip band as
sociated with the crack extension process) 
extends right across the next grain. This 
obviously means that the plastic-elastic in
terface should coincide at every instant 
with a grain boundary. 

If the applied stress is below the fatigue 
limit, the stress ahead of the slip band 
will not be suffiently high to initiate slip 
in the next grain and therefore the crack 
will arrest on reaching the grain boundary. 

Since crack growth rate is proportional to 
the plastic zone size it will decrease as 
the crack lengthens, up to the point where 
slip is initiated in the next grain; the 
plastic zone size increases suddenly by a 
length equivalent to the grain size and so 
does crack growth rate. This intermittent 
growth rate of the crack will dampen its os
cillations, as the crack becomes longer un
til, at the transition length from micro
structurally short to a physically small 
crack, the oscillations will cease and there 
will only be a monotonic increase of crack 
growth rate. 

For the full proof of the equation which 
follow the reader is directed to the 
original references listed at the end of the 
test. 

After solving the equilibrium equations for 
all the internal and external forces acting 
on the system, the equation for the plastic 
displacement at the tip of the crack is 
determined for conditions where the ·applied 

7 
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stress a is much higher than the friction 
stress as: 

a a (5) 

G n 

where ~: crack tip plastic displacement 
n: a/c 
a: half surface crack length (Fig.lO) 
e: half surface crack length and 

plastic zone size 
a: applied stress 
G: shear modulus 

Many models proposed to described crack 
growth rate in elasto-plastic conditions 
considerad da/dN as a function of crack tip 
displacement. Following similar argument, 

da 
- f ~ (6) 

dN 

A theoretical estimation of the factor f is 
extremely difficult since knowledge of the 
dislocation storage and annihilation rate 
would be required in order to calculate the 
fraction of dislocations actually involved 
in crack extension. An empirical determina
tion of this factor, is however, possible if 
short crack growth rate data from at least 
three levels of stress is available. As an 
example using 0.4 C steel it varied from ap
proximately 0.025 to 0.25 over a range of 
applied stress 630-1000 MPa. 

The condition for crack propagation in this 
model is governed by the stress ahead of the 
plastic zone being able to operate disloca
tion sources in the next grain and is given 
by: 

s(~o) 1 1 2 a
0 

a 0 
[1- cos- 1n] + (7) 

a j2 j~o-1 1r a a 

where ~ 0 : (r0 + e) /e 
r

0
: distance from the grain boundary 

to the nearest dislocation 
source in the next grain 

a
0

: friction stress 

For a constant amplitude applied stress and 
a given friction stress, the stress con
centration ahead of the plastic zone depends 
solely on the parameter n. As the crack 
grows, but with the plastic zone still being 
blocked by the grain boundary, the parameter 
n increases towards a critical value n - nc, 
at which point, the stress concentration 
reaches a level sufficiently high to ac
tívate dislocation sources and consequently, 
the plastic zone extends right across the 
next grain. In the same interval crack 
growth rate decreases to its lowest value. 

Upon slip transmission, the value of n 
changes suddenly to the new lower value ns 
related to the larger plastic zone. 

i 
for i- 1,3,5 ... (8) 

1+2 

where i is the number of half grains trans
versed by the crack. In response to a lower 
value of n crack growth rate suddenly in
creases toa new maximum (equation 5). 

The discontinuous character of the slip 
transfer (slip-jumps) is repeated grain 
after grain, giving an oscillating pattern 
to crack growth, Fig.ll. It is the relative 
importance of these jumps upon the overall 
description of crack growth that dif
ferentiates the microstructurally short and 
the physical short crack period, the latter 
being described by continuum mechanics. 

The stress concentration is at a maximum 
when n - 1 (i.e. when the crack reaches the 
grain boundary where the plastic zone is 
blocked); but even at this maximum level, 
particularly when the applied stress level 
is low, the stress might still be insuffi
cient to initiate slip in the next grain 
and, consequently, the crack arrests, i.e. 
the plastic displacement is zero in equation 
(5). 

The fatigue limit aFL is therefore 
id~ntified with the applied stress below 
which a crack that has grown within one 
grain (a - D/2) is unable to initiate slip 
in a neighbouring grain. When the non
propagation condition is considered for a 
crack spanning over an arbitrary i number of 
half grains (a- e- iD/2), the stress equi
valent to the fatigue limit for this crack 
length, a 11 , is re la ted to the actual 
fatigue limit through the simple relation 

(9) 

JI 

If the number i of half grains transversed 
by the crack is large then the incremental 
ratio between the slip jump-length and crack 
length ~i/i (-2/i) is small and, therefore, 
the stress a 11 defined above may be con
sidered to be little affected by the slip 
jumps and to vary continuously. 

Equation (7) is used to determine the value 
of nc in every grain by equating S(~o) with 
a11 and through (9), with aFl· Thus, knowing 
the fatigue limit, estimating the values of 
the friction stress and assuming that a dis
location source is located at a distance of 
approximately one micron, equation (7) fixes 
the values of nc in each interval of slip. 
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Once nc has been determined, ns is calcu-
1ated by using expression (8), allowing, 
subsequently, n to vary from ns to nc in 
every interval of slip, until crack length 
achieves the critical failure 1ength. In 
this matter, the who1e da/dN vs crack length 
is obtained. 

Figure 12 shows the model applied to sorne 
experimental results obtained by Hobson on a 
0.4 C steel. The two 1imit curves, plotted 
using equation (1) with ns upper curve and 
nc lower curve, seem to provide reasonable 
bounds to the experimental crack growth 
data. Equation (4) derived by Hobson is also 
plotted in this figure. 

Writing equation (6) in terms of n and e and 
considering that in each interval e is con
stant (the p1astic zone is blocked by a 
grain boundary) the intergration of equation 
(6) over each interva1 gives 

G 

(10) 

fila 

and the total life-time is therefore 

2a/D 
N Z N1 i = 1, 3, 5 ... 2a/D (11) 

I=l 

where D is the grain diameter. 

Calculations using this method have been 
carried out using the data of Hobson to 
determine lifetime to fai1ure. The results 
1isted in Table II show that the predicted 
lifetimes are in very good agreement with 
the experimental resu1ts; also given in this 
table are lifetime predictions obtained by 
integrating equations (3) and (4) over their 
respective ranges of applications. 

In closing this 1ecture it seems that the 
microstructura1-sensitive mode of crack 
growth occurs when the cyclic plastic zone 
is impeded by an obstac1e or barrier. The 
nature, strength, number and density of 
these barriers determine not only crack 
growth rate but also the possibility of 
crack arrest. Deve1opments or short crack 
resistant materials can now be accomplished 
with much more certainty based on the con
cept of microstructural barriers to crack 
propagation. Obviously each type of barrier 
will have its own characteristic arrest 
period and there will a1so be an optimum 
size and distribution of barriers of a given 
strength for a particular material. 
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TENACIDAD DE FRACTURA DE CEMENTOS OSEOS 

Vila, M.M., Silvestre, A., Planell, J.A. 

Departamento de Ciencia de los Materiales e Ingeniería Metalúrgica 
E.T.S.Ingenieros Industriales de Barcelona. Univ. Politec. de Cataluña 
Avda. Diagonal 647, -08028-BARCELONA 

Resumen.- La necesidad de mejorar las propiedades mecánicas de los cementos óseos acrílicos utiliza
dos para la fijación de prótesis ortopédicas al hueso es un hecho demostrado clínicamente. En el pre
sente trabajo se estudia el efecto que produce la adición de un copolímero elastomérico a la matriz 
de un cemento óseo convencional y en especial su influencia sobre la tenacidad a fractura. Se han pr~ 
parado diversos materiales con diferentes fracciones de volumen de segunda fase. Se ha demostrado que 
la adición del copolímero elastomérico produce un sustancial aumento de la deformación a rotura en el 
ensayo de tracción así como una mejora de la tenacidad a fractura. Á partir de un 10% de segunda fase 
la grieta en una probeta C.T. se propaga de forma estable siendo el mecanismo de descohesión de partí 
culas de PMMA y de desgarro dúctil de la matriz el que controla el avance de la misma. -

Abstract.- It is well known from clinical experience that there is a need to enhance the mechanical 
properties of acrylic bone cements used to stabilize orthopaedic prostheses to bone. The effect of 
adding rubbery copolymer to a conventional bone cement matrix is studied in the present investigation 
and specially the influence on the fracture toughness. Several materials with different second phase 
volume fractions have been prepared. It has been shown that fracture toughness as well as strain to 
fracture in a tensile test increase substantially by increasing the volume fraction of the elastome
ric copolymer. The crack propagation in C.T. specimens becomes stable over a 10% second phase volume 
fraction. The mechanism which controls crack propagation is the decohesion between PMMA particles 
and the ductile tearing of the matrix. 

1. INTRODUCCION 

Uno de los métodos empleados en cirugía ortopé
dica para la fijación de prótesis al hueso con
siste en utilizar un cemento óseo. Esta técnica 
ha gozado de gran aceptación a lo largo de los 
últimos veinticinco años, estando bien estudia
da y descrita (1). Su éxito clínico se debe en 
parte a que no conlleva grandes problemas en la 
técnica quirúrgica al tiempo que la recuperación 
del paciente acostumbra a ser bastante rápida y 
sin demasiadas complicaciones. Los cementos óseos 
comunmente utilizados son polímeros acrílicos ba 
sados en polimetilmetacrilato (PMMA) y se encueñ 
tran bien descritos en la literatura (1,2). 

Sin embargo, el método no está exento de proble
mas. Sin duda el mayor de todos ellos reside en 
la tasa demasiado elevada de aflojamientos a me
dio y largo plazo que obligan a efectuar opera
ciones de recambio de prótesis. Este problema es 
tá bien documentado (3-5) y en general parece de 
mostrarse que es el fallo mecánico del cemento -
óseo, el principal responsable del fallo aunque 

la técnica del cirujano puede tener también una 
influencia decisiva (6). Aunque en general, el 
fallo del cemento óseo se inicia en las interca
ras prótesis-cemento ó cemento-hueso, parece in
dudable que la mejora de las características me
cánicas del mismo y en especial de su tenacidad 
a fractura ayudaría a impedir su rotura y en con 
creto el aflojamiento de la prótesis. 

Las técnicas empleadas hasta la fecha para mejo
rar las propiedades mecánicas del material han 
consistido fundamentalmente en reforzar el cernen 
to óseo mediante fibras de carbono (7-9) ó me
diante partículas de hidroxiapatita (10). En am
bos casos se consigue un aumento considerable del 
módulo elástico aunque no de la tenacidad a frac 
tura. Más aún, parece que el hecho de reforzar -
con fibras afecta negativamente a la distribución 
de cargas desde la prótesis al hueso (8). El éx! 
to reciente, alcanzado al mejorar sensiblemente 
la tenacidad a fractura del PMMA industrial me
diante partículas elastoméricas (11-14), halle
vado a pensar que este mismo principio podría 
ser aplicado al caso de los cementos óseos acrí-
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licos. De hecho ha aparecido ya en la literatura 
el primer trabajo en esta dirección (15), aunque 
el material empleado en este caso aprovecha el 
material empleado industrialmente y se aleja en 
cierto modo de los métodos que se utilizan en el 
quirófano. 

El presente trabajo pretende estudiar el aumento 
de tenacidad que puede alcanzarse al modificar 
un cemento óseo convencional mediante partículas 
elastoméricas, en orden a evaluar sus posibilid~ 
des como nuevo biomaterial para la fijación de 
implantes quirúrgicos al hueso. 

2. MATERIALES Y METODO EXPERIMENTAL 

El cemento óseo Hostal utilizado en el presente 
trabajo ha sido gentilmente cedido por Industrias 
Quirúrgicas de Levante S.A. Las partículas utili 
zadas para el refuerze fueron adquiridas comer-
cialmente y consisten en un copolímero termoplás 
tico basado en butadieno junto con radicales ac~í 
lico y estirénico. 

La técnica de preparación ha pretendido respetar 
y seguir el método que se lleva a cabo en el qui 
rófano con los cementos óseos convencionales. Di 
cho método consiste en mezclar los 40 grs. del -
contenido de una bolsa estéril formado fundamen
talmente de PMMA en polvo con los 20 ml del con
tenido de una ampolla consistente basicamente en 
monómero metilmetacrilato. Esta mezcla se bate 
lentamente hasta obtener una masa pastosa que 
puede inyectarse en la cavidad ósea. La reacción 
de polimerización produce el fraguado del cemen
to acompañado de una fuerte exotermia del orden 
de unos 902C. La relación de peso de polvo en 
gramos a volumen de monómero en ml debe ser de 
2:1 puesto que se alcanza así la mínima libera
ción de monómero al tejido circundante durante 
el fraguado (2). Así, en el presente trabajo se 
ha incrementado siempre el volumen de monómero 
en una cantidad equivalente a la mitad del peso 
de partículas elastoméricas añadidas al material 
de partida. Las partículas del copolímero se han 
disuelto en el monómero de metilmetacrilato antes 
de proceder a la mezcla de éste con el polvo de 
PMMA, dado el superior tamaño de las primeras en 
relación a las segundas. Se han elaborado cemen
tos modificados que contienen 0,5,10,15,20 y 25% 
de segunda fase en volumen. No se ha preparado 
material con contenido igual ó superior al 30% 
de segunda fase por el difícil proceso de mezcla 
que ello entraña ya que tales contenidos comien
zan a dificultar la obtención de una mezcla ho
mogénea. 

Con la mezcla en estado pastoso se moldearon pro 
betas para ensayos de tracción y de compres1on -
así como de tipo C.T. para medir la tenacidad a 
fractura del material. Las probetas en el inte
rior de los moldes de acero inoxidable estuvie
ron sujetas a una tensión compresiva durante el 
fraguado tal como indica la norma ASTM F451-76 
para las probetas de compresión. 

Todos los ensayos se realizaron en una máquina 
Instron electromecánica. Los ensayos de tracción 
se llevaron a cabo a una velocidad de desplaza
miento del cabezal de lmm/min, utilizándose un 
extensómetro para medir la deformación de las 
probetas. Los ensayos de compresión se realiza
ron a una velocidad de avance del cabezal de 

5mm/min. 

-Las probetas C.T. se mecanizaron a partir de las 
planchas moldeadas hasta obtener las dimensiones 
mostradas en la Fig. 1. 

D 

1 w 
1 
1 
1 
1 p 
1 1· ., 
~ a -~-+-4~ 
)--------'--

H 

Fig. 1. Dimensiones de las probetas C.T. 
B=6mm, W=23mm, a=ll.35mm, P=l6.66mm,H=28.75mm, 
D=27.6mm, 0=5.75mm. 

En la punta de la entalla mecanizada se produjo 
una grieta aguda mediante un bisturí, siguiendo 
el procedimiento utilizado en este tipo de mate
riales (15,16). El espesor B de la probeta se es 
cogió de tal manera que corresponde al doble del 
mínimo necesario para obtener condiciones de de
formación plana en la punta de la grieta de un 
cemento óseo convencional. Aunque la adición de 
una segunda fase elastomérica podría llevar a per 
der dichas condiciones de deformación plana en -
algunos de los nuevos materiales, se desechó la 
idea de moldear probetas más gruesas debido a la 
exotermia de polimerización y a la dificultad que 
presenta el trabajado del material en estado pas
toso para obtener secciones gruesas. 

El factor de intensidad de tensiones utilizado 
(15,17) se calculó a partir de: 

p y 
KI = B w1n (1) 

donde P es la carga a la cual se empieza a propa 
gar la grieta, B es el espesor de la probeta, W
es la anchura de la misma e Y es un factor geom! 
trice dado por: 

(.a '11¡_ l!!_\~2. 
y = 29.6\WJ - 185.5\WJ + 

+ 638.9(: )\}'2 

655. 7f: t2
- 1017~: i?/2. + 

(2) 

Para la determinación de Kc en cada material se 
siguió el procedimiento establecido en la norma 
ASTM E399-83. Se calculó además la relación de 
resistencia Rsc para probetas C.T. tal como ind! 
ca dicha norma, de acuerdo con la expresión: 

R 2 Pma'lt (2W+a) 
se- B (W-a)1 lTy (3} 

donde Pm~es la fuerza máxima obtenida en el en
sayo y lTy es el límite elástico a tracción. 

Se midió además la velocidad de propagación de la 
grieta mediante un catetómetro. Aunque el método 
es aproximado, la obtención de un valor de velo-
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TABLA I. ProEiedades Mecánicas de los cementos óseos 

MATERIAL Et ere 
(GPa) (MPa) 

O% 2.64 43.8 
(0.09) (2.2) 

5% 2.48 39.0 
(0.06) (3.7) 

10% 2.31 32.9 
(0.05) (1.9) 

15% 1.78 27.8 
(0.10) (0.2) 

20% 1.26 25.8 
(0.04) (2.4) 

25% 1.27 25.6 
(0.10) (0.5) 

cidad media aporta información relevante respec
to del proceso de fractura del material. 

Finalmente, las superficies de fractura de las 
probetas C.T. se estudiaron en un microscopio 
electrónico de barrido. 

3. RESULTADOS 

3.1 Ensayos de tracción y de comEresión 

En la Tabla I se exponen los resultados obteni
dos de los ensayos de tracción y de compresión 
para las diferentes fracciones de volumen de se
gunda fase elastomérica. El 0% corresponde al ce 
mento Rostal convencional. Para cada fracción de 
volumen se dan los valores obtenidos para el mó
dulo elástico a tracción Et , el límite elástico 
O"e , la resistencia a tracción Cit. , la deformación 

a rotura E- , el módulo elástico a compresión Ec 
y la resistencia a compresión Ct_ • Entre parénte
sis se da la desviación estándar de cada valor. 

Cabe señalar que, como era de esperar, la adición 
de una segunda fase elastomérica produce una dis 
minución del módulo elástico, del límite elásti: 
co y de la resistencia, mientras que aumenta la 
elongación a rotura. La Fig. 2 pone de manifies
to la variación del módulo elástico a tracción, 
observándose un acusado descenso del mismo por 
encima del 10% de segunda fase. La Fig. 3 mues
tra la disminución de la resistencia a tracción 
y el aumento de la deformación a rotura. En este 
caso la variación parece ser más lineal. Cabe 
destacar aquí la pobre ductilidad del material 
que con un 25% de segunda fase no supera el 4% 
de.deformación a rotura a pesar del aumento que 
ello supone en casi un 100% respecto de la corres 
pendiente al cemento óseo convencional. 

Puede notarse que tanto el módulo como la resis
tencia a compresión son sensiblemente superiores 
a los obtenidos a tracción. Este hecho está bien 
documentado en el caso de los cementos óseos 
convencionales (18) y en general en los políme
ros (19). Puesto que no existen otras referencias 

crt E. E c.. <k. 
(MPa) (%) (GPa) (MPa) 

43.8 1.9 3.56 87.9 
(2.2) (0.5) (0.44) (7.2) 

42.0 2.1 3.48 82.2 
(1.2) (..,.6) (0.68) (5.2) 

38.8 2.8 3.61 78.3 
(5.1) (0.8) (0.61) (3.9) 

34.2 2.9 2.78 76.3 
(2.2) (0.2) (0.34) (4.8) 

28.8 3.6 2.57 49.9 
(3.4) (0.8) (0.45) (4.7) 

28.4 3.7 2.19 41.8 
(0.6) (0.3) (0.50) (2.7) 

~lativas a cementos óseos con la matriz reforza 
da con una segunda fase elastomérica como la em: 

E, (GPal 

~------------------------------------(~ o m m ~ ~ 

Fig. 2. Efecto de la adición del copolímero elas 
tomérico sobre el módulo elástico a tracción. -

E fOl.) 

10 

30 

"t ~ ~ : ~ J ~o----~sr-----,,~o-----c,s~----~20~--~~~~~ 

Fig. 3. Efecto de la adición de copolímero elas
tomérico sobre la resistencia a tracción, at. ( • ) 
y sobre la deformación a rotura¿ (o). 

pleada aquí, no es posible realizar comparaciones. 
Sin embargo, en el caso del cemento convencional, 
los resultados son muy parecidos a los que se en 
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cuentran en la literatura (18). 

3.2 Tenacidad a fractura y fractografía 

Al realizar los ensayos con las probetas C.T. 
mostradas en la Fig. 1, se hizo patente que para 
los materiales con contenidos de segunda fase 
iguales ó superiores al 10% se producía propaga
ción estable de la grieta. Este proceso iba acom 
pañado de un emblanquecimiento general en la re= 
gión próxima a la punta de la misma. Este cambio 
de color puede explicarse mediante los procesos 
de crazing y de shear yielding responsables del 
comportamiento dúctil en los polímeros. La obser 
vación a simple vista de las superficies de frac 
tura, así como la medición de la velocidad de -
propagación de la grieta, demostraron que para 
los materiales con un 5% y con un 10% de segunda 
fase, la etapa inicial de propagación era esta
ble, pasando a ser catastrófica de forma inmedia 
ta en el primer caso (menos de 1 mm), y al cabo
de cierto tiempo (3 mmm) en el segundo. Para can 
tidades superiores la propagación era estable -
hasta la rotura final de la probeta. 

Todo ello se traducía de forma clara en la curva 
de carga-alargamiento que se obtenía de la máqui 
na de ensayos. Al pretender aplicar la norma, 
A~TM E 399-83 para el cálculo de Krc• se compro
be que las curvas obtenidas eran de tipo I y que 
la relación entre la carga máxima y la carga ob
tenida al trazar una secante de pendiente un 5% 
inferior a la región lineal de la curva era supe 
rior a 1.10 para los materiales conteniendo una
proporción igual ó superior al 10% de segunda fa 
se. En consecuencia, se pasó a calcular Rsc , la 
relación de resistencia, tal como indica la nor
ma. Asimismo se ha calculado Kim~ que es sin du
da un valor superior al Krc del material en cues 
tión. La Tabla II ofrece un resumen de los resul 
tados obtenidos. En ella se expresan, para cada
fracción de volumen de segunda fase los valores 
medidos de la tenacidad a fractura K , el fac-
t d . . IC or e ~ntens~dad de tensiones máximo, K¡~, la 

v lmmls) 

0.1 

o 10 15 20 25 ("t.) 

Fig. 4. Efecto de la adición de copolímero elas
tomérico sobre la relación de resistencia Rsc. (•) 
Y sobre la velocidad media de propagación de la 
grieta v (o). 

relación de resistencia R5c y la velocidad media 
de propagación de la grieta. Entre paréntesis se 
expresa la desviación estándar de cada determina 
ción. 

Como puede observarse, K
1
c sólo se ha podido de

terminar correctamente para el cemento óseo con
vencional y para el modificado con un 5% de segun 
da fase. Cabe destacar el aumento de K y de -
R 1 

. rmw. 
se con e conten~do de segunda fase hasta alean 

zar el 20% para descender de nuevo al llegar al-
25%. Este es un hecho conocido en numerosos com
posites para los cuales, por encima de un deter
minado valor de segunda fase la tenacidad dismi
nuye. Finalmente, la velocidad media de propaga
ción de la grieta, no se ha podido determinar ni 
para el cemento convencional ni para el que con
tiene un 5% de copolímero con radical elastoméri 
co. En estos materiales, la propagación era ines 
table practicamente desde el principio. Para el
material con un 10% de segunda fase la propaga
ción, a lo largo de los 3 mm iniciales, era esta
ble para pasar a ser catastrófica a continuación. 

TABLA II. Tenacidad a fractura, Krc , Factor de intensidad de tensiones máximo, K+ma*' Relación de re 
sistencia, Rsc y velocidad media de propagación de la grieta v, para los distintos cementos óseos. 

MATERIAL K Le: Krma~ 
(MPam'h) (MPamV:!.) 

0% 1.39 1.39 
(0.13) (0.13) 

5% l. 70 l. 70 
(0.06) (0.06) 

10% 1.89 
(0.21) 

15% 2.17 
(0.07) 

20% 2.24 
(0.15) 

25% 2.15 
(0.09) 

Rsc 

0.43 
(0.03) 

0.59 
(0.02) 

0.78 
(0.08) 

1.06 
(0.04) 

1.18 
(0.08) 

1.14 
(0.05) 

0.230 
(0.050) 

0.097 
(0.035) 

0.062 
(0.005) 

0.039 
(0.004) 
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FIG. 5. Micrografía de la superficie de fractura 
del cemento óseo convencional. Corresponde a la 
propagación inestable de la grieta que ha avanza 
do de izquierda a derecha. Cada trazo blanco re
presenta lO pm. 

Para el resto de materiales la propagación fué 
estable todo el tiempo, lo que permitió medir 
una velocidad media. Se observa que dicha velocl 
dad disminuye de forma prog:.~siva. La Fig. 4 po-
ne de manifiesto el comportamiento de y de 
v con la fracción de volumen de copolimero elas
tomérico. 

El es~uaio ~ractogr¿~ico llevado a cabo mediante 
microscopia electrónica de barrido puso de relie 
ve un mecanismo diferente en el de propaga
ción catastrófica de la grieta en relación a la 
propagación estable. Las Figs. 5 
aspecto de la superficie de frac~ura 
entalla inicial. Se observa un avance relativa
mente plano. La grieta en su 
do las partículas de PMMA del polvo inicial cons 
titutivo del cemento óseo. No se observa descohe 
sión entre partículas y matriz. La F1g. mues
tra un detalle de dos partículas seccionadas por 
la grieta. La matriz de monómero polimerizado no 
se presenta severamente deformada. 

FIG. 7. Micrografía de la superficie de fractc~s 
del cemento que contiene un de segunda fase. 
Corresponde a la región inicial de propagac1ón 
estable. La grieta ha avanzado de arriba a aba
jo. Cada trazo blanco representa 10 ¡ .. m. 

FIG. 6. Detalle de partículas de PMMA 
de forma fr¿gil en el avance inestable 
grieta que ha tenido lugar de arriba a 
da trazo blanco representa 10 m. 

Las Figs. y 8 muestran el de 
ficie de fractura en regiones de propagación es
table y de propagación catastr6fi respec~lva-

mente de una probeta conteniendo segun-
da fase. En la Fig. se observa como la 
no tiende avanzar plana y se empiezan obser
var descohesiones partícula-watriz. En la 
se observa un detalle siQila~ al 
las probetas de cemento óseo convencional. 

Al aumentar la fracción 
elasto~érico al 10%, 

siguienclo la 
PMr~~A, tal como 

de observarse como mecanis~o 

entre bolas y matriz empieza 
el detalle de la Fig. 
severamente defo~mada. 

Finalmente, para un 
va aramente como la 
por descohesión enLre partículas con 

. 8. Detalle de 
de frági 

de la grieca para 
de segunda fase. La 
a abajo. Cada trazG 
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FIG. 9. Micrografia de la superficie de fractu
ra del cemento que contiene un 10% de segunda f.'::; 
se. La propagación estable de la grieta produce 
descohesiones entre las particulas de PMMA y la 
matriz. La grieta ha avanzado de arriba a abajo. 
Cada trazo blanco representa 10 (V' m. 

desgarro de la matriz circundante como muestran 
las Figs. 11 y 12. En particular en el detalle 
presentado por esta última se observa muy clara
mente el efecto producido por la rotura dúctil 
de la matriz, rica ahora en el copolímero elas
tomérico. En ambas la grieta se ha propagado de 
arriba a abajo. 

4. DISCUSION 

Los resultados obtenidos demuestran claramente 
que la adición de una segunda fase elastomérica 
disuelta en la matriz del cemento óseo tiene por 
efecto el disminuir el módulo elástico y la re
sistencia del material a la vez que aumenta la 
elongación a rotura. Este es un comportamiento 
inverso al obtenido reforzando con fibras de car 
bono (7,9) ó con particulas de hidroxiapatita 
(10) y en la linea de los resultados obtenidos 
al modificar el cemento con partículas elastomé
ricas (15). Cabe señalar que hasta el 15% la re-

FIG. 11 1 Micrografía de la superficie de fractu
ra del cemento que contiene un 25% de segunda fa 
se. La propagación estable produce la descohesi6n 

de las partículas de PMMA así como el desga
rro dúctil de la matriz. La grieta ha avanzado 
de arriba a abajo. Cada trazo blanco son 10 p m. 

FIG. 10. Detalle de partículas de PMMA descohe
sionadas en el avance estable de la grieta del 
cemento con un 10% de segunda fase. La grieta 
se ha propagado de arriba a abajo. Cada trazo 
blanco representa 10 pm. 

sistencia a compresión se mantiene superior a 
los 70 MPa. Dado que la norma ASTM F451-76 para 
cementos óseos acrílicos sólo exige, de entre t~ 
das las características mecánicas medidas, una 
resistencia a compresión mínima de 70 MPa, es ló 
gico pensar que al buscar una aplicación clínici 
al nuevo material no podrán añadirse contenidos 

La tenacidad a fractura del cemento óseo conven
cional coincide con los resultados obtenidos en 
otros cementos (18, ,21). La adición de segunda 
fase produce un sensible aumento de la tenac:dad, 
en la r:Jisma linea de Murakami et al. ( 5). 

Dicho aumento de tenacidad produce, para las di
mensiones de las probetas ucilizadas, la propag'::: 
ción estable de la grieta. Dicha propagación es
table produce una zona plástica por delante de 
la misma que puede llegar a ser superior a los 
3mm en el material que contiene un 25% de segun
da fase. La deformación plástica debe explicarse 

FIG. 12. Detalle de una partícula descohesionada 
con la matriz Clrcundante severamente desgarrada 
en el cemento con un 25% de segunda fase. La 
grieta ha avanzado de arriba a abajo. Cada trazo 
blanco representa 10 ('m. 
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mediante el mecanismo de crazing así como el com 
portamiento gomoso de la matriz. El crazing se 
pone de manifiesto por el cambio de color a blan 
co que se produce en la grieta. Este mecanismo 
parece jugar un papel importante en el PMMA re
forzado con una segunda fase elastomérica (22) y 
deberá ser estudiado con mayor profundidad. Por 
su parte, el mecanismo de descohesión de partícu 
las de PMMA acompañado del desgarro dúctil de la 
matriz es el responsable de la disminución de la 
velocidad de propagación de la grieta y del as
pecto dúctil de la superficie de fractura. De he 
che, el efecto del copolímero elastomérico es el 
de transformar la matriz rígida inicial de menó
mero polimerizado en una matriz de comportamien
to gomoso. 

De entre los diferentes materiales ensayados, 
probablemente aquellos que contienen un 10% ó un 
15% de segunda fase elastomérica son los que pa
recen ofrecer un mejor potencial como alternati
va a los actuales cementos óseos convencionales, 
dada su mejor tenacidad así como su buen compor
tamiento mecánico. 
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TENACIDAD A LA FRACTURA DE ACEROS RAPIDOS SINTERIZADOS EN ATMOSFERA INDUSTRIAL 

Martinez V., Palma R.H. y Urcola J.J. 

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

Resumen.- La presente comunicac~on centra su estudio en la influencia que tiene la 
temperatura de revenido sobre la tenacidad a la fractura en dos aceros rápidos de 
herramientas T15 y T42, sinterizados en una atmósfera industrial compuesta de 90% 
N2-9% H2 y 1% CH4 . El factor de intensidad crítico de tensiones en deformación pla
na ha sido evaluado a través del ensayo Barker utilizándose probetas cilíndricas 
cortas. Se han cuantificado los cambios microestructurales debidos a los tratamien 
tos térmicos, midiendo la cantidad de austenita retenida y la dureza. También se 
utilizó la metalografía óptica y electrónica de barrido (SEM) • En los dos aceros se 
observó que el tipo de fractura es predominantemente transgranular, con facetas del 
tipo mixto (quasi-cleavage). 

Abstract.- The present work was centered on the study of the influence of tempering 
temperatura upon the fracture toughness of two differente high speed steels-T15 and 
T42-, used as cutting tools, sintered under an industrial atmosphere constituted by 
90% N2-9% H2+l% CH4 . The critical stress intensity factor in plane strain, was dete~ 
mined using the Barker's method applied to short rod samples. The microstructural 
changes produced by the heat treatments were quantified measuring the amount of re
tained austenite and the final hardness of the specimens. These microstructural chan 
ges were also followed by optical and scanning electron microscopy. Both steels exhi 
beted fracture surfaces indicating the predominances of transfranular fracture, but 
also containing sorne facets associated to the occurrance of a quasi-cleavage fractu
re mode. 

1. INTRODUCCION damientos son de =200°C, alcanzándose en algunos 
casos 350°C. Todas éstas condiciones de trabajo, 
exigen el desarrollo de materiales fracto-tena
ces y que retengan su dureza a dichas temperatu
ras de trabajo. 

Durante las dos últimas décadas, se manifiesta 
un creciente interés por la utilización de los 
aceros rápidos de herramientas en la fabricación 
de rodamientos para ejes de turbina de motores 
de aviación. Un ejemplo de ello son los aceros 
M50 y T1 utilizados en U.S.A.y en U.K. respecti
vamente, por lo tanto, dicha aplicación exige 
elevados valores de tenacidad. En la actualidad 
existe una especial preocupación por lograr una 
mejor comprensión del concepto y de la medición 
de la tenacidad en estos aceros rápidos. 

Hoy los rodamientos son más grandes, pesan menos 
y rotan a velocidades mayores que los producidos 
hace 30 años. Su modo normal de fallo es por fa
tiga de contacto, originándose en su superficie 
un astillamiento, que en muchos casos dá lugar a 
que se generen grietas en el material. Esto hace 
que se requieran tenacidades a la fractura míni
ma de 35 MPa mi , para cubrir esas velocidades 
rotacionales. Se debe tener presente también,que 
las temperaturas normales de trabajo de estos ro 

Estudios prévios [1] se han centrado, tanto, en 
las propiedades de fatiga como de tenacidad a la 
fractura en los aceros rápidos MSO y Tl; poste
riormente Averbach [2] usó ésta información para 
evaluar el riesgo de fallo en los rodamientos. 
Para éstos autores, la tenacidad a la fractura 
es principalmente dependiente de la matriz y la 
cantidad de carburos tiene un efecto menos impor 
tante. Otros autores [3-6] concluyen que, si -
bién es cierto, la cantidad de carburos precipi
tados no juega un papel preponderante en la tena 
cidad, ésta si depende de la distribución, morfa 
logia y tamaño de los mismos. Wronski et al [7]
y Shelton and Wronski [s] han puesto de manifie~ 
to que en los aceros con más bajos contenidos en 
inclusiones, la iniciación de la fractura está 
asociada a agrupaciones de carburos. 
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La metalurgia de polvos ofrece ventajas en cuan
to a permitir un control realmente efectivo en 
la distribución y tamaños de carburos. La utili
zación de una atmósfera industrial compuesta de 
90% Nz-9% H2 y 1% CH4 ha resultado ser muy efi
ciente para sinterizar polvos de diferentes ace
ros rápidos. Se han logrado densidades cercanas 
a la teorica-sobre un 99% en los aceros M2[9], 
T42[1o] ,T6[11] ,M42[12] y T15[9,11] ,con microes
tructuras similares o aún más finas que las obt~ 
nidas con el proceso tradicional de sinteriza
ción en vacío. Durante la sinterización ocurre 
una nitrogenación de los polvos, alcanzándose va 
lores de 0,4-0,5% de nitrógeno. 

La técnica para medir la tenacidad a la fractura, 
tradicionalmente se realiza de acuerdo al método 
recomendado por la norma ASTM E399-81. Sin embaE 
go, esta norma y, para determinados materiales, 
presenta dos dificultades: gran tamaño de la 
muestra y necesidad de crear un pre-agrietamien
to por fatiga. Existe desde el año 1979 [13] una 
nueva técnica basada en una muestra de geometría 
cilíndrica de pequeña longitud -short rod-con la 
que pueden evitarse las dos dificultades plante~ 
das anteriormente. 

En el presente trabajo se comparan los factores 
críticos de intensidad de tensiones en deforma
ción plana (Kic) para dos aceros rápidos de alta 
aleación T15 y T42. Se analiza la influencia de 
los tratamientos térmicos de temple y revenidos 
múltiples a distintas temperaturas, así como la 
influencia de la austenita retenida. La cantidad 
de este microconstituyente fué determinada a tra 
vés de técnicas de difracción de rayos x. 

2. PROCEDIMIENTO EXPERIMENTAL 

Los polvos utilizados en este trabajo fueron fa
bricados por Powdrex Ltd. y atomizados con agua. 
El análisis químicos de ambos polvos se presenta 
en la Tabla l., y tras ser mezclados durante dos 
horas con una adición de 0,2% en peso de grafito 
de alta pureza, se compactaron uniaxialmente en 
cantidades de 30 grs. en una matriz cilíndrica 
de 16 mm. de diámetro con una presión de 500 MPa. 
La sinterización se efectuo en un horno Lindberg 
horizontal de 28 calefactores de carburo de sili 
cio, con tres zonas de calentamiento; cada una 
con su propio controlador. Como cámara de horno 
se utilizó un tubo de acero refractario, con un 
sistema de bridas refrigeradas en sus extremos 
que permiten la entrada y salida de la mezcla g~ 
seosa industrial empleada como atmósfera en el 
proceso de sinterización. Una parte del tubo qu~ 
da fuera del horno utilizándose así como cámara 
de pre-calentamiento y enfriamiento de las mues 
tras. 

TABLA l.Composición química de los polvos(%peso) 

~>~;ero e w Mo er V e o Mn O(ppm) 

T15 1.64 12.4 0.56 4.37 4.70 4.99 0.24 794 

T42 1.43 8.82 3.22 4.18 2.94 9.44 0.21 530 

La determinación de las condiciones de sinteriza 
ción; caudal de gas, temperatura y tiempo para 
cada acero se tomaron de resultados prévios[9,1g 
lográndose densidades totales. 

Las probetas antes de ser tratadas térmicamente 
fueron mecanizadas a las dimensiones y geometría 
requeridas para el ensayo de tenacidad Barker,de 
acuerdo a la Fig.l. Para facilitar el mecanizado 
de los cilindros Barker, las muestras fueron re
cocidas a 900°C durante lh. y posteriormente en
friadas dentro del horno a una velocidad de =20'C 
h-l hasta 680°c y luego a =120°C h-1 hasta temp~ 
ratura ambiente. La dureza disminuyó a 340HV10 
para el acero T42 y a 360HV para el T15. 

f-.-- B ---1 
12.00t 0.05 18.00t o. 05 

Fig.l.-Dimensiones y geometría de la probeta 
Barker de tenacidad 

En la Tabla 2 se encuentran resumidas las dife
rentes temperaturas y tiempos de los tratamienms 
térmicos de austenización y revenido realizados 
a los dos aceros. El tiempo de austenización fué 
de 3 min. para cada acero y como atmósfera pro
tectora se empleó la mezcla gaseosa industrial 
de sinterización. Todas las muestras fueron en
friadas posteriormente en aceite hasta temperatu 
ra ambiente. Después de austenizadas, las mues-
tras fueron revenidas por tres veces a las tempe 
raturas indicadas en la Tabla 2, siendo el tiem= 
po de revenido de 1 hora. 

Tabla 2. Temperaturas de tratamientos térmicos. 

Acero 
Temperatura (•e) 

Austeniz. Revenido 

T 15 1210 500 - 550 - 585 

T 42 1190 500 - 550 - 585 

Se midió el tamaño de grano austenítico en nues
tras templadas, usándose la técnica de intersec
ción lineal media sobre un mínimo de 500 a 600g. 

Los ensayos de tenacidad a la fractura de cilin
dros cortos se realizaron en una máquina univer
sal Instron, a una velocidad de desplazamiento 
de cabezal de 0.05 mm.min-1. Este tipo de ensayo, 
como lo ha descrito Barker [13], no requiere de 
un pre-agrietamiento, debido a que por las cara~ 
terísticas geométricas de la muestra se crea una 
grieta que crece de forma estable hasta alcanzar 
su tamaño crítico (Acl ,a partir del cual se pro
paga de un modo inestable. Finalmente, la tenac~ 
dad a la fractura se calcula a través de la si
guiente expresión: 

A F 
e 

B3/2 
( 1) 

y en que ~ es el valor del factor de intensidad 
de tensiones, que podría obtenerse considerando 
la aproximaxión tradicional de la mecánica elás-
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tica lineal de la fractura (LEFM) aplicada a la 
probeta Barker. A es un factor dependiente de la 
geometría de la probeta y se recomienda un valor 
de 22 [14] B es el diámetro de la muestra y F 0 
es la carga asociada al punto en que el tamaño 
de la grieta es A

0
• Ahora, el grado de plastici

dad que tiene una muestra que se comporta de un 
modo elasto-plástico queda definido a través de 
un parámetro "p" que corrige la expresión ( 1) y 
que permite calcular el factor de intensidad crí 
tico de tensiones en deformación plana (Krcl : 

AF C 1 + p ) ! 

B3/2 _ p 
(2) 

El valor de "p" se determina a través de dos ci
clos de carga y descarga, como mínimo, durante 
el ensayo. Si p =O, osea en el caso de que el 
material tenga un comportamiento elástico lineal, 
F es la carga máxima del ensayo. Si p ~ O,F

0 
es 

1~ carga promedio de ciclo carga-descarga consi
derado para evaluar "p". 

Las superficies de fractura de las probetas Bar
ker ensayadas fueron examinadas en un microsco
pio de barrido Philips 501B. De estas mismas pr~ 
betas se obtuvieron muestras para observación m~ 
talográfica y determinación de dureza Vickers 
(HV10) , también se evaluó la cantidad de austeni 
ta retenida a través de difracción de rayos x, 
usando el método propuesto por Miller [15] y que 
considera las intensidades de los picos difract~ 
dos por los planos (220) y (311) de la austenita 
y el (211) de la ferrita: 

%y= 1.4Iy/(Ia+1.4Iy) (3) 

donde Iy = (r
220

)y+(I
311

)y/2, ICl=(I
211

la 

3. RESULTADOS Y DISCUSION 

Las densidades geométricas medidas a los cilin
dros cortos, usados para la fabricación de probe 
tas Barker, resultaron ser superiores al 99% de
la densidad teórica, tanto para el acero T15 co
mo el T42. Los tamaños de grano austeníticos me
didos en la condición de templado, resultaron 
ser de 5.4±0.09~m para el acero T42 y de 21.1± 
0.9~m para el acero T15. En ambos aceros se en
contró que el tamaño máximo promedio de carburos 
masivos (M6C) fué inferior a 5.4~m y sus frac
ciones volumétricas resultaron ser de 1.1±0.4% 
en el acero T42 y de 2.1±0.4% en el acero T15. 
Estos resultados son similares a los encontrados 
en productos densos obtenidos por sinterización 
en vacío [10,16,17] ó en gas [10,19]. 

En la Fig.2 se presentan las micrografías SEM 
muestran los cambios microestructurales tras los 
revenidos triples. Las micrografías (a) y (b) de 
la Fig. 2 corresponden a muestras del acero T15 
y que han sido austenizadas a 1210°C durante 3 
min. templadas y luego revenidas por tres veces 
a 500°C (Fig.2(a)) y a 585°c (Fig.2(b)). Las Fig. 
2(c) y (d) pertenecen a muestras del acero T42 
austenizadas a 1190°C templadas y revenidas a 
las mismas temperaturas que las empleadas para 
el acero T15. Los microconstituyentes que se ob
servan en ambos aceros son similares, variando 
un poco en su composición y fracción volumétrica. 
En las Fig. 2 (a) y (e) -revenido triple a 5QOOc 
se aprecia que la matriz es principalmente auste 
nita retenida, como se pone de manifiesto en la
Tabla 3, observándose que para ambos aceros la 

cantidad de austenita retenida es alta cuando el 
revenido se realiza a 500°c (85.2% para el T15 y 
55.0% para el T42). 

Fig.2 Microestructura de los diferentes tratamien 
tos térmicos.(a) y (b) acero T15 y (e) y 
(d) acero T42, templado y revenidos a 500 

y 585°c. SEM 

Esta estabilidad de la austenita se debe a la 
gran cantidad de elementos aleantes en solución 
que retardan la cinética de transformación de la 
misma. En las micrografías (b) y (d) de la Fig.2 
revenido triple a 585°C se observa un aumento de 
la cantidad de martensita con el incremento de 
la temperatura de revenido, siendo esto coheren
te con la disminución de la cantidad de austeni
ta retenida mostrada en la Tabla 3. La mayor ca~ 
tidad de este microconstituyente que presenta el 
acero T15 respecto del acero T42, se debe princ~ 
palmente a que ha sido austenizado a una temper~ 
tura más alta, solubizando así una mayor canti
dad de elementos de aleación 

Tabla 3.- Cantidad de aust.retenida y durezas 
después de cada tratamiento térmico. 

Temperatura de Revenido (•e) 

Acero 
500 550 585 

•¡. ~ret. HV10 •¡. o ret. HV10 •f.'tret. HV10 

T 15 85.2 490 40.6 796 12.0 907 

T 42 55.0 630 32.5 850 10.5 955 

La eliminación de la austenita residual viene 
acompañada por un aumento de la dureza, como se 
pone de manifiesto en la Tabla 3. El aumento de 
dureza con la temperatura y el tiempo de reveni
do, en los aceros del tipo T, se debe a la elimi 
nación de la austenita residual y a la precipit~ 
ción de carburo MC, rico en vanadio.Wright et al 
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[20] encontraron que en el acero T42 el endureci
miento secundario ocurre a ~525°c para reveni
dos triples de 1! hra y Beiss et al [21] señalan 
que el acero T15 sinterizado alcanza su máxima 
dureza cuando es austenizado a 1260°c y revenido 
tres veces a ~ 540°c. Palma et al [10] observa
ron que, debido a la atmósfera gaseosa industri~ 
(base nitrógeno) utilizada en el proceso de sin
terización, el carburo MC es reemplazado por un 
carbcnitruro MX. Se espera, por tanto, que duran 
te el revenido, y a las temperaturas más alta,el 
endurecimiento secundario sea producido por la 
precipitación de carbcnitruros MX. De acuerdo a 
la Tabla 3ó la dureza máxima ocurriría alrededor 
de los 585 e, ya que para el acero T15 se alcan
za una dureza de 907 HVIO y 955 HV para el acero 
T42. En ambcs aceros, debido al alto contenido 
de nitrógeno (0,45% en peso), que conduce a una 
austenita residual muy dificil de transformar,el 
pico de dureza tiene lugar a mayores temperatu
ras que en los mismos aceros, pero sin nitrógeno. 

La tendencia común de los trabajos sobre tenaci
dad de aceros rápidos de herramientas ha sido re 
lacionar Krc directamente con la dureza, dado 
que en general se acepta que el factor de inten
sidad crítico de tensiones en deformación plana, 
es una propiedad fundamentalmente dependiente de 
la matriz. Ahora, el factor que imparte la pro
piedad a la matriz es la cantidad de austenita 
retenida. Las Fig. 3 y Fig. 4 presentan estas ca 
racterísticas y en ellas se puede observar la va 
riación de Krc con aquellos parámetros. De di
chas figuras parece deducirse también que el me
canismo de fractura en aceros rápidos sinteriza
dos sigue siendo controlado por factores microes 
tructurales de la matriz. 
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Fig. 3. Dependencia de Krc respecto de la dureza 
después del tratamiento térmico. 

La influencia de la austenita retenida ha sido 
planteada por varios autores [1,3,21 ,22], coinci 
d~endo todos ellos en que la presencia de este 
microconstituyente contribuye a mejorar la tena
cidad a la fractura. En los aceros rápidos de he 
rramientas, la austenita retenida posee en solu= 
ción una gran cantidad de elementos aleantes y 
además una elevada dureza, pero aún así, es más 
tenaz que la martensita. 

Por lo tanto, su presencia impecirá que nucleen 
nuevas grietas en el frente de la grieta princi
pal, lográndose así, un enromamiento de ésta que 
frenará su propagación a través de la matriz. 
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Fig. 4.- Relación e~tre Krc y austenita retenida 
para los aceros T42 y T15, despúes de 
ser templados y revenidos. 

La observación de las superficies de fracturas a 
través de microscopía electrónica de barrido(SEM 
muestra un comportamiento muy similar en los dos 
aceros. La Fig. 5 muestra claramente que el as
pecto de la fractura, ya sea si se trata del ace 
ro T15 (e y d) y T42 (a y b) es transgranular 
compleja 6 modo mixto -quasi-cleavage-. Si se 
comparan las superficies obtenidas en las probe
tas templadas y revenidas a 500°C- Fig. 5(a) y 
(e)- con las templadas y revenidas a 585oC-Fig. 
5(b) y (d)- se observa en estas últimas la pre
sencia de más facetas, pero que son de menor ta
maño y no exhiben apariencia de microplásticidad 

Fig. 5.-Fractografías (a) y (b) acero T42 
revenidas a 500 y 585°C, (e) y (d) 
acero T15 revenidas a 500 y 585oc 
respectivamente. SEM. 1250 X 

En ninguna de las superficies analizadas se en
contró evidencia de microporos y no se advierte 
una influencia notable de la estructura de reve-
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nido en el tipo de fractura. Ahora, lo que si se 
observa en las superficies de fracturas es una 
gran cantidad de carburos y muy pocos de ellos 
fracturados. Para verificar el efecto de la pro
pagación de la grieta, y dilucidar si ésta pro
gresaba a través de un camino preferencial, se 
realizó un corte perpendicular a la superficie 
de fractura. La Fig. 7 corresponde a una probeta 
del acero T42 templada desde 1190°C y revenida a 
585°C y en ella se observa uno de los pocos car
buros masivos agrietados, del tipo M6 c. Además, 
se observó la presencia de poros aislados a cor
ta distancia de la superficie de fractura -~30~m
sin ninguna grieta adyacente que lo conectaran 
con ella. Esto es una confirmación más de la res 
tricción que imponen las entallas laterales de 
la probeta Barker a la propagación de la grieta. 

Fig. 6.-Superficie perpendicular al plano de la 
fractura. SEM. 

Finalmente en la Fig. 7 se comparan los valores 
de KIC obtenidos en el presente trabajo conotros 
resultados de la bibliografía. Se observa clara
mente que para bajas durezas los resultados del 
presente trabajo corresponden a tenacidades mu
cho más elevadas. Este hecho puede ser debido, 
además de la presencia de una mayor cantidad de 
·austenita residual, a que los carburos primarios 
son más finos en el caso de los aceros obtenido 
mediante metalurgia de polvos. En cambio para 
elevadas durezas estas diferencias se hacen mu
cho más pequeñas, como se observa en la Fig.7. 
Esto podría indicar que el Kic depende exclusiv~ 
mente de los factores estructurales de la matriz, 
pués a tan elevadas durezas y pequeñas zonas pla~ 
ticas, la probabilidad de incluir un carburo pr~ 
mario en los mismos, es muy baja. 
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Fig.7. Correlación de valores de Kic para dife
rentes aceros rápidos de herramienta. 

4. CONCLUSIONES 

l. La tenacidad a la fractura de los aceros ráp~ 
dos T42 y TlS sinterizados en atmósfera indus 
trial aumenta con la cantidad de austenita re 
tenida y disminuye con la dureza. 

2. La presencia de nitrógeno en los aceros rápi
dos de herramienta del tipo T eleva las tempe 
raturas de máximo endurecimiento secundario,
posibilitando asf, tener una mayor tenacidad 
a la fractura que aceros del mismo tipo pero 
fabricados por rutas diferentes a las del pr~ 
sente trabajo. 

3. Los carburos primarios no disueltos, al pare
cer no son un factor microestructural prepon
derante en la determinación del factor de in
tensidad critico de tensiones en deformación 
plana, al menos a elevadas durezas. 
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MODIFICACION DE LA TENACIDAD A LA FRACTURA DEL PMMA POR LA ADIC!ON DE PARTICULAS 
ELASTOMERICAS 

Martinez, A.B , Paredes, M.LL. 

Departamento de Ciencia de los Materiales e Ingeniería Metalurgica 
E.T.S. Ingenieros Industriales de Barcelona 
Avda. Diagonal 647. -08028-BARCELONA 

Resumen- Se preparan materiales compuestos dosificando fracciones en peso de polibutadieno en 
metacrilato de metilo, polimerizandose a continuación. Se estudia la influencia de la fracción en 
peso añadida de polibutadieno sobre la morfología y la tenacidad a la fractura de los materiales 
compuestos obtenidos. 

Abstract- We prepared composite materials dosaging fractions in weight of polybutadiene on methil 

methacrilate, before it polymerices. We have estudied the influence of the added rubber on the 
morphology and fracture toughness of the obtained composites. 

l. INTRODUCTION 

El PMMA es un termoplástico vítreo que presenta 
una fractura frágil por un mecanismo de crazing 
(1-3), es decir, por la formación de crazes, 
percursores de grietas. Estas así pueden for
marse con bajas energías y propagarse. 

En otros termoplásticos vítreos (1-7) mediante 
la adición de una segunda fase elastomérica que 
adopta la forma de partículas esféricas, se ha 
conseguido un aumento notable de la tenacidad a 
la fractura en adición a una ligera disminución 
de los valores de otras propiedades mecánicas. 

Por analogía con el PS que presenta un compor
tamiento similar, con la inclusión de partículas 
de PB, se espera una mayor capacidad de absor
ción de la energía de deformación aplicada, como 
consecuencia de la mayor absorción de energía 
por la nucleación de multitud de pseudogrietas 
(crazes) en la matriz, estando el origen de los 
crazes en los ecuadores de las partículas elas
toméricas. 

La función de las partículas de polibutadieno 
(PB) es iniciar el crecimiento de multiples 
crazes en la matriz. Bajo la tensión aplicada 
los crazes se originan en el punto de máxima 
concentración triaxial de tensiones (ecuadores 
de las partículas). Los crazes crecen normales 
a la tensión máxima aplicada. Las partículas de 
caucho actúan como extremos de crazes previnien
do el crecimiento de grandes crazes. Resultando 
así que se generen un gran número de pequeños 
crazes formados en ausencia de las partículas 
de caucho. El múltiple crazing que ocurre a tra
ves de un comparativamente gran volumen del ma
terial modificado con caucho, explica la gran 
absorción de energía en los ensayos de fractura 
así como el enblanquecimiento (stress whitening) 
que acompaña a la deformación y rotura. 

Con el objetivo de mejorar la tenacidad a frac
tura del PMMA, y en particular para sus aplica
ciones como adhesivo o cemento, se ha pretendido 
su modificación mediante la adición de una se
gunda fase elastomérica. 
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2, 1-IATERIALES 

Para la fabricación de estos materiales compues
tos se ha partido de una disolución de la frac
ción en peso, wf, seleccionada de polibutadieno 
(PB) en el monómero metacrilato de metilo (MMA) 
a la que se adicionó un 0.05% en peso de peróxi
do de benzoílo (BPO) como iniciador y 0.6% en 
peso de una solución de sulfosuccinato sódico, 
al 10% en peso en MMA, como desmoldeante, 

Esta disolución se prepolimerizó a BOºC de tem
peratura durante aproximadamente 2 horas, perío
do durante el cual, el material aumenta su vis
cosidad y toma la apariencia de un jarabe. Me
diante esta prepolimerización se evitan las con
secuencias de la autoaceleración y al mismo tie~ 
po se reduce la fuerte evolución de la contrac
ción en el molde (8). 

Las planchas de este material compuesto se obtu
vieron mediante la polimerización del jarabe an
teriormente citado, que fué colocado en un molde 
formado por dos planchas de vídrio y un separa
dor que garantiza la estanqueidad. Este proceso 
tuvo lugar en una estufa a 50ºC de temperatura 
durante 72 horas, y posteriormente se postcuró 
a 120ºC durante 1 hora, a fin de reducir el con
tenido en monómero residual. 

Para la fase elastomérica se ha utilizado un po
libutadieno de Mn aproximada de 100.000 marca 
Cariflex. 

3. ENSAYO DE TORSION DOBLE 

Los valores de la tenacidad a la fractura, K
10

, 
para los diferente composites se obtuvieron me
diante el ensayo de torsión doble. Esta técnica 
permite una determinación fácil y rápida del pa-
rámetro crítico de intensidad de tensión , y 
se encuentra descrito en detalle en (9-10). 

Se puede demostrar que K_ es independiente de 
la longitud de la grieta

1§ que para un máterial 
elástico es 

r
3(1+\l 

pe w t 3 t ~ 
n 

L 

donde P es la carga crítica para la propagación 
de la g~1eta, W es el brazo del momento aplica
do, ,> es el co~ficiente de Poisson ( \) = O. 33), 
w anchura de la probeta, tn es el espe~or en 
en el plano de la grieta y, una correcc1on geo
métrica dada por: 

r = 1 _ o. 63 d + l. 2 d 

donde d = 4t/vl 

e-1/d 

En este ensayo, las grietas pueden propagarse de 
dos maneras diferentes que presentan formas dis
tintas en los gráficos carga-desplazamiento re
gistrados (12). La propagación puede ser estable 
y contínua o inestable y discontínua (sick-slip). 

Las probetas utilizadas en el ensayo de torsión 
doble, mostrado en la figura 1, se mecanizaron 

de las planchas obtenidas por colada. Las dimen
siones nominales fueron 85*40*6 mm, y la longi
tud de la entalla longitudinal fué 1.90 mm. Las 
entallas se agudizaron con un aguja de afeitar 
antes de ensayarse en una máquina universal de 
ensayos marca INSTRON a temperatura ambiente y 
una velocidad de desplazamiento de las mordazas 
de 0.5 mm/min. 

J---~~..; __ -... "' ~ .. 
---

'-'-'---' -'--'--.--

Fig. . Geometría del ensayo de torsión doble 

4. MICROSCOPIA ELECTRONICA 

Las superficies de fractura obtenidas de las pro 
betas ensayadas, se examinaron en un microscopio 
electronico de barrido (SEM) PHILLIPS 500. Las 
superficies se metalizaron con una delgada capa 
de oro afín de hacer dichas superficies conduc
toras y reducir la carga eléctrica. 

La morfología de los materiales compuescos fabri 
cados se observó por mocroscopía electrónica de 
transmisión (TEM). Las muestras fueron sometidas 

un tratamiento de tinción, con vapores de 
durante 72 horas (13), y posteriormente me-

un ultramicrotomo SORVALL se obtuvieron 
cortes muy finos (aproximadamente 90 nm), que se 
depositaron sobre rejillas y se observaron en 
un microscópio electrónico de transmisión 
SIEMENS Elmiskop I. 

5. DISCUSION DE LOS RESULTADOS 

La figura 2 muestra los valores de la tenacidad 
a la fractura, , obtenidos mediante la técni-
ca de torsión y que corresponden a los ma-
teriales compuestos con diferentes fracciones en 
peso de polibutadieno. En todos estos materiales 
compuestos ensayados, la propagación grietas fué 
estable y contínua. 

Las superficies de fractura óe las probetas mod~ 
ficadas con PB mostraron un emblanquecimiento 
(stress-whitening) de reducido espesor. 

En esta figura, se observa un notable aumento 
de la tenacidad a la fractura respecto al PMMA. 
Esta aumento de es fuertemente creciente has 
ta llegar a un aparente alrededor de una 
fracción en peso de 0.035 en PB, a partir de es
ta fracción en peso 
se a una fracción en 
el mismo valor que el correspondiente al PMMA, y 
aumentando aún más la fracción en peso de PB, 
los valores de Kic para estos composites aumen
tan llgeramente. 
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Fig. 2. Valores de Klc en función de 

Sin embargo se observan discontinuidades en los 
valores de K_ obtenidos de distintas placas 
fabricadas c6g fracciones en peso comprendidas 
entre 0.04 y 0.05 en PE, variando en ellos úni
camente la magnitud de la agitación durante el 
proceso de prepolimerización. 

En la fig. 3, se muestran las micrografías elec
trónicas de transmisión que corresponden a los 
composites con fracción en peso 0.04 de PE. La 
parte teñida de negro en las micrografías corres 
ponde al PE, al quedar éste teñido por el O 0

4 
-

(13). En la fig. 3b, se observa la inversióg de 
fase producida por la agitación durante la pre
polimerización. Esta estructura da lugar a un 
mayor valor de K1 igual que se ha observado en 
el poliestireno al añadirle PE y obtenerse tam
bién la inversión de fase (5-7). La fig. 3a,mues 
tra la típica estructura celular en forma de pa: 
nal de abejas obtenida como consecuencia de la 
separación de fases. 

El polibutadieno es soluble en MMA monómero. A 
medida qu progresa la polimerización y aumenta 
la masa molecular del PMMA, tiene lugar una dis
minucié'1 de la entropía de mezcla j Sm, y por con 
siguiente en la expresión de la energía libre de 
mezcla 

T4sm 

al ser 4Hm positiva y reducirse 4sm, disminuye 
la miscibilidad ocurriendo la separación de fa
ses que origina una estructura celular en la que 
el PE forma la fase continua. En ausencia de ag~ 
tación no ocurre la inversión de fases. 

En la fig. 4, se muestra la micrografía de la 
superficie de fractura del composite con una 
fracción en peso de 0.03 de PE obtenida con agi
tación. Se puede observar la presencia de partí
culas más o menos esféricas con subestructura 
también esférica, con una cierta adhesión con la 
matriz. Esta estructura puede relacionarse con 
la mostrada en la figura 3b y obtenida por trans 
misión con lo que la matriz estaría formada por
PMf.lA así como las bolitas que forman la subes
tructura, bolitas que están envueltas por el 

elastómero que las ancla también con la matriz. 
Este elastómero podría estar injertado y posibl~ 
mente lo éste ligeramente. 

Fig. Micrografías por TEM del composite 
= 0.04 

a) ligera agitación 
b) fuerte agitación 

Fig. 4. Superficie de fractura observada por 
SEM del composite con Wf 0.03 

La fig. 5, muestra la morfolgía del composite 
con una fracción en peso de 0.085 en PE, en la 
que se observa que la matriz está formada por el 
PB y las partículas por PMMA. 

En la fig. 6, se muestran las micrografías de las 
superficies de fractura de los composites con 
fracciones en peso de 0.055, 0.085 y 0.10 en PB 
que se corresponden con el mismo tipo de morfo
logía mostrado en la fig. 5. A medida que aumen
ta la fracción en peso se observa una disminucion 
del tamaño de las partículas de PMMA y se produce 
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Fig. 5. Micrografía por TEM del 
.085 

ite 

un ligero aumento de K
1 

, sin embargo, para esta 
morfología los valores de K

1 
obtenidos son solo 

ligeramente superiores a los
0

del PMMA sin midi
car, y por su aspecto, estructura y naturaleza 
de la matriz, presumiblemente presentar&n unos 
valores de las propiedades mecánicas notablemen
te inferiores a los composites con inversión de 
fase y cuya estructura se asemeja a la present~ 
da en la fig. 3b. 

Fig. E. Super~icies de frac~ura 
por SEM 

a) Composite con 
b) Composite con 
e) Composite con 

6. CONCLUSIONES 

0.055 
=0.085 

La tenacidad a la fractura del PMMA se puede 
mejorar mediante la adición de polibutadieno. 

La tenacidad a la fractura de estos materiales 
compuestos depende básicamente de la morfolo
gía. 

La agitación durante la prepolimerización pro
duce la inversión de fases y es con la conse
cuente morfología así obtenida cuando se al
canzan los mayores valores de 

7. REFERENCIAS 

R.P. Kambour, "A review of crazing and 
fracture in thermoplastics". J.Polym. 
Macromol. Reviews ( )15d. 

A . .J. Kinloch, R.J. Young, 11 Fracture beha-
VlOur of polymers" App1ied Publis-
hers, London 1983. 

( 3) N. Shah, "Effect of modifier concentration 
on fracture behaviour of rubber-modl-
fied Pr.Jr.lA". J.Mat.Sci.23(1988) 

\4) R .. Deanin and A.M. Crugnola, nroughness 
and brittleness of plastics".Advances in 
Chemistry Series 154, ACS, Washington,l976 

(5) .A. ff¡anson, L.H.Sperling, "Polymer blends 
and Composi teslf, Plenum Press, Yo~V::, 

1976. 

(fe) R.P. Kambour, 1'A review of craz1ng and 
fracture in thermoplastics o, J. POlyr:1. 
Macromol.Reviews. 7(1973)1-154. 

E. R. \JJagner and L. M. Ro besan, 11 poljes-
tyrene: Factors cont~olling the rubbber 
effficiencyn, Hubb.Chern.Technol. 43( 
1129-1137. 

(8; F.W. Billmeyer, "Texbook of Polyrner 
John Wiley Sons, 3 edition, New York, 1984. 



30 VI ENCUENTRO DEL GRUPO ESPAÑOL DE FRACTURA 

(9) A.G. Evans, "A method for evaluating the 
time-dependent failure characteristics of 
breittle materials and its applications to 
polycrystalline alumina", J.Mat.Sci. 7(1972) 
1137-1146. 

(lO) A.B. Heredia y A.B. Martinez, "Comporta
miento a la fractura de resinas de palies
ter cargadas con microesferas de vidrio", 
Rev.Plast.Mod. 363(1986)331-336. 

(11) D.R. Biswas and V.K. Pujavi, "Verification 
of the double-torsion equation by using 
different thickness samples of a machina
ble glass-ceramic", J.Am.Ceram.Soc. 
64(198l)c98 

(12) A.B. Martinez y A.B. Heredia, "Influencia 
de la interfase en la fractura de materia
les compuestos con cargas rígidas de forma 
esférica", Rev. Plast.Mod. 366(1986) 768-
773. 

(13) K. Kato, "Osmium tetroxide fixation of ru
bber latices", Polym. Lett. 4(1966)35-38. 



~ENCUENTRODELGRUPOESPA~OLDEFRACTURA 31 

RELACION ENTRE LA ESTRUCTURA Y EL COMPORTAMIENTO A LA FRACTURA DE MATERIALES 
COMPUESTOS CON PARTICULAS 

Maspoch, M.LL. , Martinez, A.B. 

Departamento de Ciencia de los Materiales e Ingeniería Metalurgica 
E.T.S. Ingenieros Industriales de Barcelona 
Avda. Diagonal 647. -08028-BARCELONA 

Resumen- Se preparan materiales compuestos por una matriz de poliester insaturado y una segunda fase 
de partículas elastoméricas.Se estudia la influencia sobre la tenacidad a la fractura, de la fracción 
en volumen, de la morfología del composite y de la adhesión en la interfase entre las partículas y la 
matriz. 

Abstract- We prepared composite materials dosaging fractions in weight of differents rubbers te an 
unsaturated polyester resin, befare it cured.~e have studied the influence of the volumen fraction, 
morphology, and particle-matrix interphase adhesion on the fracture toughness. 

l. INTRODUCCION 

Los poliesteres insaturados son termoestables cu 
ya temperatura de transición vitrea está alrede= 
dor de 80ºC y su comportamiento es muy fragil a 
temperatura ambiente. 

En la literatura (1-2) estan descritos diversos 
métodos para la modificación de la tenacidad a 
la fractura de los materiales plásticos sin al
terar de forma significativa otras propiedades. 
Se ha estudiado(3-6) el comportamiento a la frac 
tura de los poliesteres insaturados cargados co~ 
una segunda fase de partículas esféricas y rígi
das, y para otros termoestables, generalmente re 
sinas epoxi (6-18), el comportamiento a la frac= 
tura cuando estan modificados con una segunda fa 
se de partículas esféricas elastoméricas. 

La modificación de las resinas epoxi mediante la 
adición, antes de producirse el curado, de una 
segunda fase elastomérica, ha dado lugar a cam
bios en los valores de las propiedades mecánicas 
y de los parámetros de fractura, consiguiendose 

a veces notables aumentos en los valores de es
tos últimos.En estos composites es muy importan
te el estudio de la separación de fases, ya que 
la morfología resultante afectará a las propied~ 
des del material curado obtenido. 

Se han propuesto diferentes mecanismos (6) para 
explicar los importantes aumentos de la energía 
de fractura encontrados.Sin embargo existe ahora 
una considerable evidencia (6-7,9-10) que esta 
alta tenacidad deriva de la pérdida de agudez de 
la punta de avance de la grieta, que se produce 
por la cavitación de las partículas de caucho b~ 
jo el estado triaxial de tensión en que se en
cuentra la punta de la grieta.Esta cavitación 
disminuye la tensión de cedencia (yield stress) 
y provoca una extensa cedencia a cizalladura 
(shear yielding) que explica el emblanquecimiento 
(stress-whitening) del material. 

En este artículo se presentan algunos de los re
sultados preliminares obtenidos en el estudio 
que estamos realizando sobre la modificación de 
un poliester insaturado mediante la adición de 
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una segunda fase elastomérica. 

Con los diferentes elastómeros utilizados se han 
obtenido muy distintas morfologías que afectan 
de diferente forma a los valores de los paráme
tros de fractura. 

2. f·lATERIALES 

Para la matriz se ha utilizado una resina de po
liester insaturado ESTRATIL A-228 facilitada por 
RIO RODANO S.A., que contiene un 35% en peso de 
estireno y tiene una viscosidad de 5 paises a 
25QC.Por cada lOOg. de resina se adicionaron lec. 
de MEKP (solución al 50% en peso)como iniciador 
y O.lcc. de Octoato de Cobalto (solución al 6% 
como acelerante.El curado tuvo lugar a 30QC de 
temperatura y se realizó un postcurado a 60QC du 
rante 48 horas 

Para la fase elastomérica se han empleado los 
elastómeros líquidos HYCAR facilitados por F.B. 
GOODRICH.Estos elastómeros en general copolímeros 
butadieno/acrilonitrilo se pueden representar es 
tructuralmente (11,19) por: 
X- 1( CH -CH=CH-CH ) - ( CH -CH) 1 -X 

L 2 2 z 2 6N 1m 
donde X puede ser: H para HYCAR 1312, -COOH para 
los HYCAR CTBN ;y - CH=CH para los HYCAR VTBN. 
El HYCAR VTBNX posee en a§ición al VTBN otros 
grupos vinilo colgantes, mientras que el HYCAR 
CTB está formado por un homopolímero de butadieno 
con grupos carboxilo terminales.Estos elastóme
ros son líquidos de elevada viscosidad, segun el 
tipo entre 600 y 2500 paises a 27QC lo que equi
vale a pequeñas masas moleculares (M =3800 apro~í 
madamente). n 

También se han empleado otros elastómeros de el~ 
vada masa molecular, tales como el políester te~ 
moplástico elastómero HYTREL de DU PONT, y el mo 
dificador de impacto PARALOID BTA este último fa 
cilitado por ROHM AND HAAS ESPANA S.A. 

En la tabla I se muestran las características más 
destacables de los elastómeros líquidos HYCAR usa 
dos en este trabajo. 
TABLA l Características de los cauchos líquidos 
HYCAR tomadas de la referencia (19) 

~ontenido Parámetro ¡; Equ1valente Peso especiflco 
Aeriloni trilo aolubiUdad " vHlilo en ¡:.eso 25/25tC 

CTB 2000x152 o 8.04 '200 0.907 
CTBN 130031;11 lO B.-45 JBOO 0.924 
CTBN l300x8 lB 8.77 3600 0.948 
CTB~I 1JOOxl3 26 9.14 3200 0.960 

1300x22 1<00 0.9-84 
VTBNX 1300x23 1100 0.985 

J.PROBETAS 

Para la preparación de las planchas de nuestros 
materiales compuestos se dosificó a la resina de 
poliester la fracción en peso del elastómero y se 
mantuvo la agitación durante el suficiente tiem
po hasta que se observó visualmente la uniformi
dad de la mezcla.En este momento se catalizó pa
ra el curado y después la mezcla se coló en el 
molde donde se curó y postcuró.De estas planchas 
se mecanizaron las probetas para el ensayo de tor 
sión doble, mostrado en la figura 1, que tiene -
unas dimensiones nominales de 85x40x6mm.La profu~ 
didad de la entalla longitudinal fué de 1.75mm. 

Se extrajeron porciones de las planchas que fue
ron pulidas y observadas en el microscopio óptico 

J1g. 2. Micrografía óptica de superficies pul 
a) VTBN W ~=0. l 70 
b)VTBN W~=0.231 
(figura 2),tomandose micrografías que fueron an~ 
lizadas determinandose la forma, tamaño y frac
ción en volumen de las partículas de segunda fa
se. 

Estas micrografías de la sección pulida de la 
plancha fueron cubiertas por una malla cuadrada 
y contados N, y N que corresponden, respectiva
mente, al nú~ero ae partículas interceptadas por 
unidad de longitud de una línea de la malla al 
azar y al número de partículas interceptadas por 
unidad de area de un plano al azar. 

El radio medio y la fracción en volumen para pa~ 
tículas esféricas vienen dados por las expresio
nes (20) 

r 

8N~ 

La distribución de partículas (figura 2) fue uní 
forme en todas las probetas ensayadas. 

Probeta---.\ ' 
)--- -;-:'--

'• ,. \. 

Fig. 1. Geometría del ensayo de tors1ón doble 
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4. ENSAYO DE TORSION DOBLE 

Mediante el ensayo de torsión doble (3,21) se ha 
estudiado la propagación de grietas y se ha de
terminado de una forma fácil y rápida el paráme
tro crítico de intensidad de tensión Kic' 

Se puede demostrar que KI es independiente de 
la longitud de la grieta§ que para un material 

:::s:i:: Pe t 3 :: • ~ 1 1/2 

w t ljJ 
n 

donde P es la carga crítica para la propagación 
de la g~ieta, W es el brazo del momento aplica
do, es el coeticiente de Poison del material 
( ~ = 0.39), W la anchura de la probeta, t el e~ 
pesor de la probeta, t el espesor de la probeta 
en el plano de la grie~a y liJ una corrección ge~ 
métrica que viene dada (22) por 

1iJ = 1 - 0.63 d + 1.2 d e -l/d 
donde d 4t/W 

Los ensayos se realizaron en una máquina univer
sal de ensayos INSTRON a temperatura ambiente y 
a una velocidad de desplazamiento de las morda
zas de 0.5mm/min. 

Las grietas pueden propagarse de dos maneras di
ferentes que presentan formas distintas en los 
gráficos carga-desplazamiento registrados en el 
ensayo de torsión doble (3).La propagación puede 
ser estable y continua tal como la mostrada en 
la figura 3a, o inestable y discontinua tal co
mo la mostrada en la figura 3b.Cuando la propa
gación es inestable y discontinua se puede ob
servar dos valores de la carga, P. y P que co
rresponden a valores de iniciació~ y p~ro del 
crecimiento de la grieta, que permiten determi
nar los parámetros de fractura correspondientes 
a la iniciación y al paro. 

<( 

o 
0: 
<( 

u 

<( 

o 
0: 
<( 

u 

DESPLAZAMIENTO 

(a) 

(b) 

Fi¡. 3. Gráficos carga-desplazamiento 
a)2ropagación continua 
b)Propagación discontinua 

5. MICROSCOPIA 

Las superficies de fractura se examinaron en un 
microscopio óptico (MO) de reflexión, y también 
en un microscopio electrónico de barrido (SEM) 
PHILLIPS 500.En este último caso, para hacer las 
superficies conductoras, éstas se metalizaron 

previamente a su observación mediante la depo
sición de una delgada capa de oro.En algún caso, 
a fin de distinguir la fase que contiene el cau
cho, las superficies de fractura se trataron, 
previamente a su observación, con Os0

4
. 

La morfología de los materiales compuestos fabrl 
cados también se examinó por microscopía electró 
ni ca de transmisión ( TEt·ll. Las muestras fueron -
sometidas a un tratamiento de tinción con vapo
res de Os0

4 
durante 72 horas (23), y posterior

mente mediante un ultramicrotomo SORVALL se ob
tuvieron cortes muy finos que se depositaron s~ 
bre rejillas y se observaron en un microscopio 
electrónico de transmisión SIEMENS Elmiskop I. 
El tetróxido de osmio se fija a los dobles enla 
ces residuales del elastómero. 

6. MODULO ELASTICO 

Los módulos elásticos se han calculado mediante 
el ensayo de flexión utilizandose una distancia 
entre apoyos de 70mm y como probetas las dos mi 
tades obtenidas después de realizar el ensayo -
de torsión doble. 

Los ensayos se realizaron a temperatura ambiente 
en una máquina universal de ensayos INSTRON, a 
una velocidad de separación de las mordazas de 
lmm/min. 

7. DISCUSION DE LOS RESULTADOS 

El resumen de los resultados experimentales ob
tenidos se presenta en la tabla 2.En esta tabla 
resumen puede observarse que los tipos de distri 
bución de partículas que se han obtenido,con lo~ 
diferentes elastómeros ensayados, pueden clasifi 
carse en tres tipos.Una distribución de partícu
las de formas irregulares (figura 4),otro tipo
de distribución binodal formado por partículas 
esféricas que contienen una subestructura de par 
tículas esféricas (figura5), y por último una -
distribución de partículas esféricas sin subes
tructura apreciable en las micrografías obteni
das por SEM (figuras 6 y 7). 

La distribución de partículas con formas irregu
lares, se ha obtenido con los elastómeros sólidos 
HYTREL y BTA que no son solubles con la formul~ 
ción del poliester insaturado antes del curado, 
sino que solamente se hinchan parcialmente for
mando geles lo que junto a la práctica imposibl 
lidad de formarse injertos durante el curado, 
dan lugar a las partículas irregulares del elas 
tómero.Estas partículas elastoméricas muestran
(figura 4) cierta adhesión en la interfase con 
la matriz de poliester a causa de una posible 
interpenetración molecular originada en los geles. 

Los elastómeros líquidos HYCAR 1312, CTB y CTBN, 
no son solubles en la formulación del poliester. 
Una vez añadidos a la formulación del poliester 
y dispersados finamente mediante la agitación, 
tienden a separarse y con el tiempo se forman dos 
fases contínuas.Sin embargo como la viscosidad 
del medio es elevada y el tiempo de curado corto, 
se puede evitar la separación en dos fases con
tínuas.La no solubilidad reduce las posibilida
des de injerto sobre los dobles enlaces del but~ 
dieno de los elastómeros.La figura 5 muestra las 
micrografías (SEM) de las superficies de fractu
ra en las que se observa la estructura en forma 
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TABLA 2. Resumen de los resultados experimentales 

ELASTOt.lERO Vlf vf 

(experi.) (teórico) 

NO o 
HYTREL 0.091 

BTA 0.091 

HYCAR 0.091 0.25 0.12 
1312 

CTB 0.091 0.33 0.12 

CTBN 0.091 0.30 0.11 
1300x8 

CTBN 0.091 0.28 0.11 
1300xl3 

CTBN 0.091 0.17 0.11 
1300x31 

0.048 0.17 0.06 

0.024 0.13 0.03 

VTBN 0.026 0.11 0.032 

0.048 0.13 0.067 
0.091 0.29 0.11 
0.132 0.32 0.16 
0.170 0.34 0.20 
0.231 0.44 part. 

0.56 matriz 0.27 
VTBNX 0.025 0.13 0.03 

0.091 0.23 0.11 
0.167 0.38 0.20 

Fig. 4.f.Jicrografías SE;;r de las superficies de 
fractura de los composites 
a)HYTREL Wf= 0.091 
b)BTA Vlf= 0.091 
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Distribución Propagación E K 
Ic -3/2 

(GPa) (r.lNw m ) 

Discontinua 3.37 
i 0.50 
p 0.49 

Irregular Continua 0.65 

Irregular Discontinua 
i 0.75 
p 0.66 

Binodal Discontinua 1.34 
i 0.69 

0.49 jJ 

Discontinua 2.57 
i 0.55 

Binodal 
0.45 p 

Binodal Discontinua 2.22 
i 0.78 

0.43 p 

Discontinua 2.15 
i 0.65 

Binodal 0.41 p 

Discontinua 2.54 
i 0.66 

Binodal 0.44 p 
i 0.53 

Binodal Discontinia 2.68 
0.43 p 

Binodal Discontinua 2.77 
i 0.50 

0.44 p 

Esférica Discontinua 3.20 
i 0.63 

0.50 p 
Esférica Continua 2.68 0.59 
Esférica Continua 2.68 0.77 
Esférica Continua 2.10 0.72 
Esférica Continua 1.81 0.80 
Esférica Continua 1.46 

i 0.54 
Esférica Discontinua 2.99 

0.52 p 
Esférica Continua 2.37 0.79 
Esférica Continua 1.81 0.74 

e, e partículas esféricas de la segunda fase, así 
como su escasa adhesión a la matriz. 

En la figura 5a se observaclaramente una distri
bución binodal de partículas esféricas.Unas de 
aproximadamente 0.5 ~m de radio medio y otras de 
mayor tamaño, 361m de radio medio, que poseen 
una subestructur en forma de partículas esféri
cas de aproximadamente O. 5 ~m de radio medio tal 
como se puede observar con mayor detalle en la 
micrografía de la figura 5b. 

Conocidas las densidades del poliester y de los 
elastómeros, podemos calcular la fracción en vo
lumen teórica de partículas de caucho que debería 
tener para cada fracción en peso el material 
compuesto.Si se comparan estos valores teóricos 
con los determinados experimentalmente se obser
va (Tabla 2) que los valores teóricos estan muy 
por encima del posible error experimental de los 
encontrados indicando que las partículas esféri
cas deben contener algo más que elastómero.Frac
ciones en volumen de 0.25 y 0.12, experimental 
y teórica respectivamente, para una fracción en 
peso de 0.091 de HYCAR 1312. 

Para estudiar con mayor detalle la morfología de 
estos materiales compuestos, previa tinción con 
Os0

4 
que se fija sobre los dobles enlaces resi

duales del butadieno de los elastómeros, se rea
lizaron cortes ultramicrotómicos que se observa
ron por TEM y cuyas micrografías se muestran en 
la figura 8.La parte oscura de las micrografías 
corresponde al elastómero como consecuencia del 
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Fig. 5. Micrografía SEN de la superficie de frac 
tura de los composites 
a)HYCAR 1312.Visión general.W~ = 0.091 
b)HYCAR 1312.Detalle subestru~tura de la partíc~ 
la.W~ = 0.091 
c)CTB.Visión general.W = 0.091 
d)CTBN 1300x3l.Wf = o.59l.Linea de paro. 

contraste facilitado por la tinción con Os0
4

. La 
figura Ba corresponde a las partículas grandes 
con subestructura, mientras que la figura Bb, a 
las partículas de pequeño tamaño del material 
compuesto con Wf = 0.091 de HYCAR 1312. 

Fig. 6. Micrografías SEM de las superficies de 
fractura de los composites con diferentes frac
ciones de VTBN. 
a)W 0.026 
b)Wf 0.048 

f 
c)Wf 0.091 
d)Wf 0.132 

Esta morfología puede pues explicarse como que 
las pratículas pequeñas estan formadas por una 
microesfera de poliester rodeada por una piel 
de elastómero.Según las condiciones y el tiem
po en que transcurre el curado, estas microesfe 
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Fig. 7. Micrografías SEM de las superficies de 
fractura de los composites con VTBNX. 
a) wf 0.024 
b) wf o.091 
e) wf 0.167 

ras se agregan formando así las estructuras esfé 
ricas de mayor tamaño. 

En micrografías TEM de partículas grandes tales 
como la mostrada en la figura Ba, hemos medido 
los porcentajes de blanco y negro de dentro de la 
partícula obteniendose un 62% de negro, es decir 
de volumen de caucho.Si multiplicamos este valor 
por la fracción en volumen de partículas (0.25) 
determinado experimentalmente se obtiene un va
lor de 0.15 para la fracción en volumen de cau
cho, lo que coincide razonablemente bien dentro 
del error experimental con el valor de la frac
ción en volumen de caucho calculada teoricamente 
que era de 0.12. 

Los elastómeros líquidos VTBN y VTBNX parecen ser 
parcialmente solubles en la formulación del po
liester, y los grupos vinilo terminales y en el 
caso del VTBNX además los colgantes sí que son 
capaces de reaccionar y de entrecruzarse con el 
poliester ó el estireno de la formulación. 

Fig. 8. Micrografías TEM de cortes ultramicrotó 
micos de los composites 
a)HYCAR 1312. Partícula grande.W = 0.091 
b)HYCAR 1312. Partícula pequeña.~ = 0.091 
c)CTBN 1300x31. Wf =0.091 f 

En las figuras 6 y 7 se muestran las micrografías 
(SEM) obtenidas de las superficies de fractura 
de materiales compuestos con VTBN y VTBNX cuyas 
fracciones en volumen son inferiores a 0.20.En 
todas ellas se observa la presencia de partícu
las esféricas sin subestructura, pero el aspec
to o rugosidad superficial de estas partículas 
varia con la fracción en peso de elastómero.Las 
partículas estan adheridas a la matriz. 

Los valores de la fracción en volumen encontra
dos experimentalmente, son myu superiores a los 
valores teóricos calculados para la fracción en 
volumen en los diferentes compositescon diferen
tes fracciones en peso de VTBN y VTBNX indican
do con ello, que las partículas esféricas no es
tan formadas unicamente por elastómero. 

En la figura 9 se muestran las micrografías (TEM) 
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Fig. 9. Micrografías TEM de cortes ultramicrotó
micos de los composites 
a) VTBN. W = 0.026 
b) VTBNX. ~f = 0.091 

obtenidas de cortes ultramicrotómicos de composl 
tes con VTBN y VTBNX teñidas previamente con 
Oso

4
.En estas micrografías se observa la existe~ 

cia de una irregularidad estructural (figura 9a) 
formada por muy pequeñas regiones difusas de po
liester en el seno del caucho que forma la par
tícula.Estas irregularidades pueden difuminarse 
totalmente (figura 9b).Puede pues deducirse que 
estas partículas esféricas estan formadas por 
caucho y poliester entrecruzados en mayor o me
nor grado, explicandose así las discrepancias 
entre los valores de las fracciones en volumen 
experimentales y calculadas. 

En la figura lOa se muestra una micrografía de 
la superficie de fractura (SEM) del composite 
con Wf = 0.231 de VTBN.Se observa una estructu
ra superficial en forma de granos.Si se observa 
un grano más detalladamente (figura lOb) parece 
intuirse la existencia de una estructura de for
ma esférica en el interior de cada grano, y muy 
adherida a él.Con VTBNX y Wf = 0.277 se obtienen 
micrografías (SEM) de las superficies de fractu
ra, similares. 

La micrografía óptica de una sección pulida del 
mismo composite (figura 2b) muestra la presen
cia de una fracción en volumen de 0.44 de par
tículas esféricas de un radio medio de 45 m in
ferior al tamaño de los granos observados en la 
micrografía de la figura lOb. 

Para identificar el caucho, se tiñio la superfi
cie de fractura con Os0

4 
y se observó en el mi

croscopio electrónico de barrido obteniendose la 
micrografía mostrada en la figura lOe donde la 

Fig. 10. Micrografías SEM de la superficie de 
fractura del composite con Wf 0.231 de VTBN. 
a) Observación general 
b) Detalle de una partícula 
e) Detalle de una partícula.Muestra teñida con 
Oso

4 

partícula esférica no se ve alterada por el ata
que del Oso

4
.Ello parece indicar que ha habido 

una inversion de fases y el composite está cons
tituido por una fracción en volumen de 0.44 de 
partículas esféricas de poliester con un radio 
medio de 45 m firmemente adheridas a la matriz. 

La fracción en volumen teórica de caucho es de 
0.27 mientras que la fracción en volumen experi
mental encontrada para la matriz es de 0.56, ello 
indica que la matriz está formada por caucho y 
poliester entrecruzados en mayor o menor grado y 
el bajo módulo elástico del composite explica la 
imposibilidad de utilizar la técnica de la tor
sión doble en este material compuesto. 

La adición de elastómeros líquidos no solubles 
(CTB, CTBN, HYCAR 1312)a la formulación del po
liester y que no se entrecruzan con la matriz, 
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no originando así una buena adhesión en la inte~ 
fase, no aumenta los valores de la tenacidad a 
la fractura. 

A medida que aumenta la adhesión en la interfa
se (HYTREL, BTA) se producen aumentos de Kic' 
sin embargo, los elastómeros líquidos VTBN Y 
VTBNX que reaccionan con el poliester y tienen 
una buena adhesión en la interfase entre la pa~ 
tícula y la matriz, presentan menores incremen
tos en los valores de K de lo que en princi-

Tc 1 'd·d pio cabría esperar, proBablemente por a per l a 
de las propiedades elastoméricas de las partí
culas esféricas como consecuencia del gran volu
men de injerto del poliester sobre el caucho lí
quido. 

Esta pérdida de las propiedades elastoméricas 
puede además explicar el inusual aspecto par~ un 
elastómero que tiene la fractura de las partlcu
las esféricas.Tal como puede observarse en las 
micrografías de las superficies de fractura mos
tradas en las figuras 6 y 7. 
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IMPORTANCIA DE LA VELOCIDAD DE DEFORMACION LOCAL EN LA FRACTURA EN AMBIENTES 
AGRESIVOS 

Toribio, J., Elices, M. 
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E.T.S. Ingenieros de Caminos <Universidad Politécnica de Madrid) 
Ciudad Universitaria s/n 
28040 MADRID 

Resumen.- El objetivo del presente artículo consiste en demostrar la importancia 
de la velocidad de deformación local en la fractura en ambientes agresivos. Los 
ensayos de fractura se han llevado a cabo sobre probetas entalladas inmersas en 
ambiente de hidrógeno. El análisis fractográfico muestra una topografía específica 
de fractura para la zona afectada por hidrógeno: T. T. S. <Tearing Topography 
Surface>, zona crítica en ambiente agresivo. El criterio de fractura, basado en la 
tensión efectiva o equivalente de Van Mises, se formula cinemáticamente: la 
tensión efectiva o equivalente crítica del material es función de la velocidad de 
deformación local en el fondo de la entalla. Los resultados son independientes de 
la geometría, lo que demuestra la validez de la formulación empleada y por tanto 
la importancia de la velocidad de deformación local. 

Abstract.- The objective of the present paper is demostrating the role of local 
strain rate in fracture under aggressive environments. Fracture tests have been 
carried out on notched samples subjected to hydrogen environment. The 
fractographic analysis shows a specific fracture topography corresponding to the 
hydrogen affected zone: T. T. S. <Tearing Topography Surface), cri tic zone in 
aggressive environment. The fracture criterium, based on effective or equivalent 
stress (in the Van Mises sense>, receives a kinematic approach: the critic 
equi valent stress of the material is a function of the local strain rate at the 
notch tip. The results are geommetry-independent, what proves the validity of the 
present approach, and so the role of local strain rate. 

l. INTRODUCCION 

39 

El ensayo a velocidad de deformación constante 
se usa hoy día con gran profusión no sólo como 
un método de ensayo en control de calidad, 
sino también para el estudio experimental de 
los fenómenos de corrosión bajo tensión 
<disolución anódica y fragilización por 
hidrógeno> [1,2]. Los ensayos pueden llevarse 
a cabo sobre muestras planas, entalladas o 
fisuradas. Si se asume que el dafio causado por 
el ambiente agresivo en los tres tipos de 
Jlllestra es producido por el mismo proceso de 
flujo localizado, resulta relevante obtener 
el valor de la velocidad de deformación local 
- en muestras fisuradas o entalladas - con 
respecto a la velocidad de deformación remota 
- en muestras planas - proporcionada por la 
aáquina de ensayo [3,4,51. 

En este trabajo se relacionan la velocidad de 
deformación remota €R" y la velocidad de 
deformación local €L • en probetas 
circularmente entalladas de diferentes 

obtener la relación 
deformación de la 
la velocidad de 

geometrías, con el fin de 
entre la velocidad de 
aáquina de ensayo y 
deformación en el fondo de 
régimen elastoplástico. 

la entalla, en 

Para comprobar la validez de estos resultados 
se han comparado ensayos de fragilización por 
hidrógeno con diferentes geometrías de entalla 
<para inducir diferentes velocidades de 
deformación local cuando son ensayados a la 
Bisma deformación remota>, obteniéndose que la 
velocidad de deformación local es un parámetro 
relevante para tales procesos. 
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2. VELOCIDAD DE DEFORMACION LOCAL EN EL FONDO 
DE LA ENTALLA 

A fin de asegurar distintas velocidades de 
deformación en el fondo de la entalla, se han 
considerado cuatro geometrías de probetas 
axilsimétricas entalladas circularmente, como 
puede verse en la Fig. l. En estas muestras la 
agresividad de la entalla se mide a través del 
radio en el fondo de la entalla R y de la 
profundidad de entalla A. Los valores 
escogidos son: 

Geometría 
A 
B 
e 
D 

lWL 
0.03 
0.05 
0.36 
0.40 

A.LJL 
0.10 
0.39 
0.09 
0.40 

donde D es el diámetro de la probeta. Los 
resultados de cálculo confirman que se ha 
cubierto un amplio rango de velocidades de 
deformación local. 

A 

R/D :0.03 
A/0:0.10 

B 

R/0 = 0.05 
A/0 =0.39 

e 
R/0 =0.36 
A/0:0.10 

( )( 
D 

R/0 :0.40 
A/0 = 0.39 

Fig. 1.- Geometrías estudiadas. 

El material, elastoplástico con endurecimiento 
por deformación, se ha modelizado utilizando 
una ecuación del tipo Ramberg-Osgood: 

(1) 

donde E = 199 GPa, P = 2.1 GPa y m = 4.9, 
valores que corresponden al acero eutectoide 
escogido para experimentación. La curva 
aparece dibujada en la Fig. 2. 

o 
Q. 

~ 

b 

lADO 

1200 

1000 

BOQ 

1100 

;. 
¡, .,. 
• • ...,; - EXPERIMENTAL 

-- RAMSERC-OSGOOD 

E <%J 

Fig. 2.- laterial. 

Los cálculos se han realizado mediante el 
Método de los Elementos Finitos en régimen 
elastoplástico, utilizando la Teoría de la 
Plasticidad incremental. La solicitación se 
introduce mediante desplazamientos impuestos 
en los extremos de la muestra, escalón a 
escalón. 

Teniendo en cuenta que los resultados 
numéricos son desplazamientos nodales, las 
deformaciones se definen dividiendo tales 
desplazamientos por una longitud adecuada. 
Para la deformación local en el fondo de la 
entalla, EL, se ha elegido una longitud de 
referencia o base de medida local LL = O. OlD, 
tras comprobar que es lo suficientemente 
pequefia para que los resultados numéricos -
relación entre las velocidades de deformación 
local y remota - no dependan de su elección 
(Método convergente), y además bastante mayor 
que las características microestructurales del 
acero utilizado: el tamafio de la colonia de 
perlita <Modelo congruente con la realidad 
física). Precisando más, paraD= 11 mm la 
longitud de referencia local es LL = 110 mm y 

el tamafio medio de la colonia de perlita es 
igual a 15 p.m. Esta deformación local ha de 
ser comparada con la deformación remota, ER, 
obtenida dividiendo el desplazamiento remoto -
desplazamiento en el extremo de la muestra -
por una longitud arbitraria, el diámetro de la 
muestra. 

Las deformaciones local y remota son, por 
tanto: 

(2) 

€R = ~!:: (3) 

y las velocidades de deformación EL y ER: 

(4) 

(5) 

donde los índices i, i+l se utilizan para 
designar los valores en los instantes t y t+6t 
respectivamente. Los valores relativos de las 
velocidades de deformación local y remota 
dependerán de la geometría, de las propiedades 
del material y del desplazamiento remoto si 
aparece plasticidad, es decir: 

(6) 

donde v es el coeficiente de Poisson, m, P y E 
están definidos en la ecuación (1), y R, A, L 
y D son parámetros geométricos, según se ha 
esquematizado en la Fig. 1, donde L es la 
longitud de la muestra. Los resultados de 
cálculo, para L = 4D, se muestran en la Fig.3: 
relación entre las velocidades de deformación 
local y remota en función de la deformación 
remota. 

El análisis de estos resultados muestra que la 
a¡¡;resi vi dad de la entalla influye claramente 
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en la velocidad de deformación local, siendo 
la profundidad la variable relevante. 

20 

"' D ·W 
L = 4 D 1 

.w~ 
15 

10 

;,~V [J o V 
o 20 40 60 80 100 120 140 

ER (10
3

) 

Fig. 3.- Relación entre las velocidades de 
deiormacion local y remota. 

PfiOCFDlMTErHO EXF'ERTMEiiTAL 

En el programa experimental se ha utilizado un 
acero eutectoide ferr•ticn-perlitlco, suminis
trarlo en barras de 12 mm de diámetro. La 
com!x1sic1on qt11mJcB y }as propiedade~, 

mecanicas se han resumido en a Tabla 1 y en 
1a Tabla 

E 
CGPal 

199±.9 

.60 .26 

fY"tJ 

<MPal 

1151±6 

1,. 01 

E (a máxl 
(%) 

6. 1±.2 

p,_¡cntc 
:sc11no 

tepe: or gct:'C 

; . 03 balance 

Ramberg-Osgood 
P<GPal m 

2. 1 4.9 

Fig. 4.- Disnositivo experimentaL 

El ambiente agresivo consistió en una solución 
acuosa de lgll d8 hidroxirlo cálcico más O. lg/l 
d8 Cloruro sódico. En la preparación de dicha 
solución se utilizó agua desíonizada con una 
conductí vi dad eléctrica inferí or a l¡JS/cm, y 
tanto el hidróxido cálcico como el cloruro 
sodi fueron de pureza anal1tica. El valor 
del oH fue 12.5 y todos Jos ensavos fueron 
realizados a temneratura ambiente (16 a 2?.QC). 

Con el fin de facilitar la entrada de 
hidrógeno todos los ensayos se llevaron a cabo 
a 1200 mV E. S., catódjco en el 
cual el efecto fragi izador es llk'i.ximo [ 61. El 
p,o,quem'l de monta,i e aparece Rn i a Fig. 4. El 
notencial constante se imnuso mediante un 
pntenci ostato, al oue se conectaron los 1:res 
electrodos: el de trabajo <probeta), cc] de 
referencia <E .. S. l v el contraelectrodo de 
pla"Cino. A fin de localiz¡;r a nenetracion de 
hidrogeno se cubrió con Jaca anticorrosiva 
toda la superiicie de la muestra a excencion 
de la entalla. 

~::¡ 
tJ :t, G¡ a 

~----~~.~----~,,T,----~w"'' k---.~-~=~~"~y--~m~,--~<~.~ 

"¡:: {m/5.) 

Fj g. 5. RRsu tadns de los ensavos. 

han realizado ensavos en total, cnn 
di í ntaE, VF•1ocidades de despiazamiento remoto 
U,,, COffiDrPndidaf', entre jo· l V Y • 1 ()' l Qfe 

actJRrdo ~nn la experiencia previB f7J. 

1.ns resultados se mues1:ran en 1as figuras 5ñ, 
5b, y 5d! cnrrespondjentes a las gRnmetr1as 
A. B, . v D. Se rPnresenta en el e,ÍE' hori 
~ontal la velocidad de desplazamiento remoto 
ú,_, y en ,e,] eje vertical 
ambiente agresivo, FF, 
dola por la carga de 

la ~arga de rottJra en 
normalizada dividien

rntura en aire Fr1, 
obtenida real izando. nara cadil f!,eOIDEtn a. dos 
ensavos de fractura en aire i , 91. Los resul 
tados muestran la bien conocida tendencia de 
los ensayos de fra~ilizacion nor hidró~eno 

ll01: carga de rotura creciente con la 
ve] ocidad de deforrnacion remota, debido a aue 
el hidri>geno tiene menos tiempo de pPnetrar y 
difundirse. Debe resaltarse oue a~n en ensavos 
muy breves e efecto fraglllzador del 
hidrógeno es imnortante (anreciable reducción 
de la carga dP rotura). Para velocidades de 
ensayo muy 1 entas <ensayo cuasi -estat i e o) la 
carga de rotura tiende a un valor asintotico. 
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El análisis fractográfico de todas las 
probetas <Fi g. 6, para las geometn as B y D> 
muestra aue la fisura se inicia siemnre en una 
región del fondo de la entalla "donde la 
fractura puede clasificarse como TTS Ctearing 
topography surfaceí [11,12, 131. Esta zona está 
fuertemente relacionada con los fenómenos de 
fragilización por hidrógeno, como lo prueba el 
hecho de que su tamaño depende de la velocidad 
de defor~ción, v su valo~ asíntótico coincide 
con la nrofundid~d del nunto de la probeta en 
el oue la tensión hidro~stática - qu~ gobierna 
1 a di fusión de hidrógeno - es máxima [ 14, 151. 
Fuera de la región TTS las superficies de 
fractura pueden clasificarse como del tipo 
cuasi-clivaje. 

!ea:-1ng Topogrc~hy Surfo::e C := [-JCS!-CLIVOJe 

ElE. 6.- Sunerficies de fractura. 

4. MPORTANC!A DE LA VELOCIDAD DE DEFORMACION 
LOCAL EN EL FONDO DE LA ENTALLA 

Los resultados de fragilizaci()n por hidrógeno 
dibujados en la Fi g. 5 demuestran con total 

laridad que aunf!ue han sido realizados a la 
misma velocidad de desPlazamiento remoto, u"· 
<o velocidad convencional de deformacion 
rRmota EF. UF.·/Dl, la carga de rotura 
denende de la geometna de la entalla. Si, 
corno cabe esperar, la velocidad de deformación 
local en el fondo de la entalla es el 
parametro JDá;o, relevante, redibujando las 
cargas de rotura en función de la velocidad de 
deformación local, EL·, los resultados 
deberían agruparse. 

Teniendo en cuenta aue la carga de rotura est¿ 
influida también por la triaxialidad- funcion 
de la geometría de la entalla resulta 

necesario aplicar un criterio de fractura más 
general aue incluya el tensor de tensiones. 
Segun han demostrado los autores [ , 91 un 
criterio de fractura válido para alambres 
entallados es el siguiente: la fractura tiene 
Jugar cuando la tensión efectiva o equi\ralente 
1en senUdn de Van Mises) alcanza un valor 
critico sobrA una zona cr1'tica, es decir, 
cuando: 

donde <> significa 1Jromedio en la zona TTS. 
segun se ha veri ücado anteriormente [ 8,141. 
Or se calcula mediante dos operaciones: en 
primer lugar. a nartir de la carga de rotura, 
se computa la distribución de tensiones v 
def orrnaciones; en segundo lugar, a tens.i on 
efectiva o equivb]ente SA promedia sobre. }a 
zona TTS, conocida a partir de las mediciones 
fractográíicas. Este procedimiento permite un 
cambio de F"/Fu a a-,!a'o. donde !Yo res la 
tensj6n efectjv6 cr1tica en amb1ente agresjvn, 
1Jrornediada sobre una región caracteristi con 
si gi ni f cado mi croestructural, el tam'lño me di o 
de dos colonias de perlita, zona critica en 
ambiente inerte f8,9J. 

La siguiconte O])eración es el cambio de Fe· a 
Ec •. Como E;e deduce de la exnresíón (6), 

deoende de 1 a gAometn a y de. 1 a def orrnaci n 
remota E'r-, aparte de las Dropiedades del 
!Jl.aterj considerada.::; aC!UJ comCJ constantes 
Esta depPndencia puede ser tenjda Pncuentaj 

como dRmuesi;ra Pll 1 81, uromediandn 
l 2: 7,ona TTS v durñn"lt:> 

1 í 
tado por 

1·, cle:=.d0 t 

espacio-ternF~ral seza rc:presen-

FinalmentA la velocidad de deforrnar:ion local 
incluye nararnetro adiiDRnsi anal: 

donde D' es e coeficiente de difusion 
hidro~eno en acero y v una lon~itud 

caractenstica. Puede demostrarse [ l aue x 
es la profundidad del punto en el oue la 
tensi on hidrostática (1)',, J es maxirna. En la 
Fig. 5 ouede observarse oue en todas las 
geornetn as ln carga de rotur;, alcanza un valor 
as¡ntotir.o Dara velocidades de deformacion 

ficienternente bajas (ensayo cuasi-estati 
ur· = 5. 10 'rn/s Dara las geornetnas. A, e V 

D: 10 'u m/f-, para 1ñ gAometria Bn ta1e·:-; 
AnsRyn~. r.!J8S1-Psthticos ]a Rxt.Gnsion de la 
zona TTS res u 1 ta ccd nc i di r con 1 a ?rof und i 
dP1 pnntn en Fl que 1a tensión hidrostá.tJca 
maximc íd.J4,1 E::=:,tcv:-, valores snn. oara las 
cuatrc geornetrí as: 

GPOJ'I1Atr1 A: Xr·r o. mm 
CJeometr1a Xr<' J. mm 
(1PCJrnetr1 a r, XTo 0.tw¡ mm 
Geornetn a D: XTTC 1 mm 

Utilizando estos valores los resultados de la 
Flg. 5 Dueden recresentarse dibujando <Fig. 
~.lan frente a <<~L>> x~!D•. 

Como puede verse, todos los resultados se 
agru oan en J a misma r.urva, lo o u e. demuestra 1 a 
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importancia de la velocidad de deformación 
local en la fractura en ambientes agresivos. 
Esta curva universal, independiente de la 
geometría, representa la relación funcional 
entre la tensión efectiva crítica del material 
en ambiente agresivo y la velocidad de 
deformación local en el fondo de la entalla. 
Ambas variables se han adimensionalizado 
adecuadamente a partir de los valores de 
profundidad de la zona TTS y del punto en el 
cual la tensión hidrostática es máxima, que en 
los ensayos cuasi-estáticos coinciden. 
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Fig. ?.- Importancia de 
deformación local. 
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De la observación de la Fig. 7 se deduce que 
para altas velocidades de deformación (el 
hidrógeno apenas tiene tiempo de difundirse) 
la tensión efectiva crítica alcanza un limite 
superior: el 93% del valor en ambiente inerte. 
Esta pérdida de capacidad resistente aun en 
ensayos muy breves es consecuencia de la casi 
instantánea absorción del hidrógeno adsorbido 
en al superficie del metal [8, 151. Para 
velocidades de deformación muy bajas <ensayos 
cuasi -estáticos), la tensión efectiva crítica 
toma un valor así ntótico distinto para cada 
geometri a. Este valor delimita el campo de 
validez de la formulación cinemática utili

·zada: para valores superiores la tensión 
efectiva crítica es función de la velocidad de 
deformación local¡ para valores inferiores la 
tensión efectiva crítica es constante. En este 
último caso <ensayo cuasi-estático) la 
velocidad de deformación es tan pequefia que 
prácticamente se alcanza en cada instante la 
concentración de equilibrio hidrógeno-metal en 
todos los puntos de la probeta, por lo cual la 
fragilización no depende ya de la velocidad. 

En la Fig. 8 se representan las valares 
asintóticos de la tensión efectiva del 
material frente al factor de tri axial idad de 
cada geometría. Este factor se define cama el 
valor máxima de la triaxialidad <cociente 
entre tensión hidrastática y equivalente) en 
cualquier punta de la probeta, y es función 
única de la geometría, sin depender del 
procesa de carga [161. De la Fig. 8 se 
desprende que la fragil ización producida por 
el hidrógeno es más fuerte cuanta mayor es el 
factor de triaxialidad. 
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Fig. 8.- Valores asintóticas <ensayas cuasi
estáticos). 

5. CONCLUSIONES 

1) Se ha formulada un criterio de fractura en 
ambiente agresiva para alambres entalladas de 
acero de alta resistencia: la rotura se 
producirá cuando la tensión efectiva a 
equivalente alcance un valor crítico sobre una 
distancia critica. La zona critica a de 
fractura es la zona TTS. Los parámetros 
criticas del material dependen de la cantidad 
de elemento agresiva <hidrógeno) que haya 
penetrada. 

2) Se ha demostrada la importancia de la 
velocidad de deformación local en la fractura 
en ambientes agresivas: la tensión efectiva 
critica del material es función de la 
velocidad de deformación local en el fondo de 
la entalla. Esta función es independiente de 
la geometría, par la que la formulación 
cinemática del criterio de fractura resulta 
totalmente coherente. 

3) Se han obtenido, para cada geometría, las 
valares asintóticas de la tensión efectiva 
crítica del material, que resultan función 
monótona decreciente de la triaxialidad. Estos 
valares corresponden a las ensayos cuasi
estáticos, y delimitan el campa de validez del 
modelo propuesto. 
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SUSCEPTIBILIDAD DE LA ALEACIOJí AA 7017 A LA CORROSIOI BAJO TEBSIOI: IJIFLUEICIA 
DEL TIPO DE EISAYO Y DEL TIPO DE PROBETA. 

L. Caballero', C. García Cordovilla::o, A. Pamies"', V. Sánchez Gálvez', E. Louis"' y 
K. Elices'. 

l. Dpto. de Ciencia de Materiales. ETSI de Caminos, UPK, Ciudad Universitaria 
s/n, 28040-Madrid. 
2. Centro de Investigación y Desarrollo, Ill"ESPAL S. A., Aptdo. 25, 03008-Alicante. 
3. Dpto. de Física Aplicada, U. de Alicante, Aptdo. 99, 03080-Alicante. 

Resumen.- La proliferación de ensayos y de tipos de probetas en los estudios de 
Corrosión bajo Tensión, produce una variedad de datos cuya correlación es difi
cil. En parcicular, el ensayo de tracción lenta <Slow S:rain Rate Test) permite 
la elección de varias magnitudes físicas <resistencia, tiempo, ductilidad, ... ) 
como indicadores de la Corrosión bajo Tensión. La adopción de una u otra magnitud 
puede dar lugar a resultados contrapuestos. Los resultados de este trabajo, obte
nidos para la aleación AA 7017 expuesta a una disolución acuosa del 3,5% NaCl, 
son un buen ejemplo de las dificultades des·:ritas. Se han realizado ensayos de 
tracción lenta con probetas lisas y entalladas, y ensayos con probetas fisuradas 
<DCBl autotesadas. La experimentación se ha completado con un estudio fractor;rá
fico detallado. Analizados desde el punto de vista de la Mecánica de la Fractura, 
los resultados ganan en coherencia. Las diferencias aparentes provienen de inten
tar describir, •:on un solo parámetro de susceptibilidad, un fenómeno complejo 
como es la Corrosión bajo Tensión. 

Abstract.- A high number of different tests, using several types of srecimens are 
current.ly utilized for the SCC determinacion, leading to a large amount of stres= 
corrosion data. The~e data are not easily .:orr>?late..:i. Ir.. ttis way, ::.e =-:r--::;z-:-~~ 

time, ductility, ... can be used in th~ 21ow :;~:ra21! .h'at~ ;.e·=~ tSS?:--:-' a= o 
meaeu!'"e:ment of "":b.e ~-:re;:= ·:c:::-o:::ior:: efe- .... ]07e:---:~e:-:·.~E :::::P c:-. .:..s:~e.:i ;~s~~--: :msy 
d.-=pt-:1·:. stror~gly Dn th-=- ·=:ele·:ted param.:.=t~r, T~1e r~su~ tE. of this work con~.ti tut<? a 
good example o:: ~he above mentioned difficulti.:.?s. AA7017 alloy has been tested in 
a 3, 5% NaCl aqueou: solution. Both SSRT w~ eh smooth and notched sanr;Jlos an-i 
constant scrain tests with DCP specimen:o ha7e been performed. A deta::.led 
fractographic study has al so been carried ou~. Tbe resul ts obcained. can be 
analy:::ed in the frame of the Fracture M.echanics. Whe:-1 :he resul ts from diÍÍe:·ent 
variety o'f specimens are comrared, same dif:f€.'r~n·:es are obse:rvec!. They are c:1u·:~d 

by tl:.e use of a si ng~e sensi ti vity parameter to describe the coreplez stress 
corrosion cracking fenomenon. 

45 

l. INTRODUCCION luación desde el punto de vista de la Mecánica 
de la Fractura. 

El disefio de un método de ensayo de corros1on 
bajo tensión, que sea rápido y sensible, ha 
sido durante bastante tiempo una necesidad de
satendida. 

Los ensayos tradicionales, de tipo estático y 
utilizando probetas lisas, adolecen de una du
ración excesiva, debido a las propias carac
terísticas del fenómeno de corrosión bajo ten
sión. A los conocidos ensayos de deformación 
constante y de carga constante, se ha afiadido 
hace algunos afias el ensayo de tracción lenta 
<Slow Strain Rate Test) de Parkins y col.lll. 

En cuanto a los tipos de probeta, a la tradi
cional probeta lisa se le han incorporado pro
betas entalladas y fisuradas, permitiendo esta 
última y desde el comienzo del ensayo, su eva-

Los ensayos de deformación constante y de car
ga constante se caracterizaban por la deforma
ción inicial o la carga inicial, y como indi
cadores de sensi bi 1 idad proporcionaban el 
tiempo de rotura, así como una deformación o 
una tensión umbrales. Los nuevos ensayos, en 
cambio, admiten como índices a todas las mag
nitudes físicas que se pueden obtener con un 
ensayo de tracción: carga de rotura, alarga
miento, reducción de área, energía de fractu
ra, tiempo de rotura, ... Sin embargo, la uti
lización de estas magnitudes no está exenta de 
dificultades tales como excesiva dispersión, 
poca sensibilidad o determinación laboriosa. 
Una extensa revisión de la aplicación del en
sayo de tracción lenta a las aleaciones de 
aluminio ha sido publicada por Holroyd y Sea-
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mans [ 21 , en la que tratan algunos de estos 
problemas. 

Para evitar las dificultades existentes con 
los ensayos de tracción lenta, Stolz [ 31 ha 
e val u a do la sensibilidad de la reducción de 
área como índice de la corrosión bajo tensión; 
para ello utilizó probetas cilíndricas, tanto 
lisas como entalladas, y probetas de deforma
ción plana; como conclusión propone a estas 
últimas como más adecuadas. 

En el presente trabajo se considera que la 
carga de rotura es un índice con menos disper
sión, de más facil medida y con mayor signifi
cado para caracterizar un fenómeno que se sin
gulariza por la fisuración y la fragilización 
del material. Los autores consideran aue, si 
bien es una magnitud poco sensible a l3~ fi:;u
ras pequefia·s, tí picas de los ensayos acele!""a
do~j CE materiales de sen sibil idad rn0dia, ~ 

eL '-:;.e he a.de:uado de la~ probetas puede poten
ciar su utilidad. 

":' ~ETC'DD EXPERIMENTAL 

Se b3 utilizado la aleación AA7017 en el esta
do T651 Csolubilizado + estirado al 2% de de
formación + envejecido), suministrado por Al
can Pl a te en f arma de plancha de 30mm de espe
sor. 

TAP.:,p 1 Composición Q>~ímica 

Zn Mg Fe Si Mn Cr Cu Zr Ti Ni Al 

A, 91 2, 4 O, 23 O, 09 O, 30 O, 17 O, 12 O, 13 !) , 04 O, O 1 res t•; 

Su microestructura es anisótropa, de tipo ho
jaldrado, debido al proceso de laminacion. Co
mo consecuencia, las propiedades son sensibles 
a la orientación. La dirección estudiada es la 
trans•1ersal corta CSTl ya que es la más debil 
a la corrosión bajo tensión. Las característi
cas mecánicas determinadas en las probetas li
sas que se describen despues son: 

E alargamiento R. A. 

GPa MPa MPa % sobre 10 mm 

62,8 397 461 8,5 16,6 

*-' Valores medios de tres ensayos. 

La tenacidad de fractura para la configuración 
ST-L Csolicitacion en la dirección transversal 
corta ST y propagacion en la dirección de la
minaclón U, determinada según la norma ASTM 
E-399, es KIC.= 27.6 MPA.m'/"'· 

Probetas 

Se han utilizado tres tipos de probetas: ci
líndricas lisas, cilíndricas con entalla anu
lar en V de fondo redondeado, y probetas del 
tipo doble viga empotrada <DCB!. Sus caracte-

rísticas geométricas, sus dimensiones, y su 
orientación respecto a las direcciones del ma
terial se muestran en la fig.1. 

Ensayos ~corrosión ~tensión 

El medio agresivo fue una disolución acuosa al 
3,5% de NaCl, pH = 6,5, utilizada a la tempe
ratura ambiente de 22+3 ·c. 

Las probetas cilíndricas, tanto lisas como en
talladas, se han ensayado a tracción lenta a 
diferentes velocidades de solicitación <1,0 , 
0,3 y O, 1 ¡.¡m/min, fundamentalmente) utilizando 
una maquina de ensayos, rígida y con una capa
cidad máxima de 100 KN. Las células de corro
sion, de 150 cm' de capacidad estaban fabrica
das con metacrilato y goma virgen, y permitían 
el libre acceso de aire a la disolución. Los 
dispositivos de acoplamiento a la máquina de 
ensayos y la probeta, excepto una zona central 
de unos 6mm de altura, fueron lacados para 
aislarlos del medio agresivo. 

;x()60"-·-·-·-· -i 
125 
135 

H 
Fig. l. Tipos y dimensiones, en mm., de las 
probetas. 

Las probetas de doble viga empotrada <DCBJ se 
ensayaron autotesadaso. a deformación constante; 
para ello se han utilizado tornillos de acero 
inoxidable. Previamente a la fisuración, se 
protegió la superficie de la probeta con una 
laca resistente al medio, dejando desnuda una 
banda central de un 1 cm de anchura que se ex
tendí a a lo largo del cuerpo de la probeta. 
Los tornillos tambien estaban protegidos, pese 
a quedar siempre fuera de la disolución. La 
fisura inicial se produjo por sobrecarga, 
apretando los tornillos; inmediatamente des
pués se med1a la apertura de la fisura sobre 
la línea de carga, y se sumergía verticalmente 
en una célula rectangular de metacrilato llena 
con 1 lt de disolución agresiva. 

Gran parte de los ensayos se realizaron a po
tencial constante, utilizando un potenciostato 
conectado a la célula de corrosión en un mon
taje convencional de tres electrodos. Como 
electrodo auxiliar se utilizó hilo de platino; 
un electrodo de calomelanos saturado <ECSl 
sirvi6 de referencia. 
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Para normalizar las magnitudes fi sicas utili
zadas como índices de corrosión bajo tensión 
en los ensayos de tracción lenta, se les ha 
expresado en tanto por ciento del valor obte
nido en ensayos realizados con la misma velo
cidad de solicitación y ambiente inerte. Como 
tal se utilizó aire desecado con perclorato de 
magnesio anhidro. Como carga de rotura se ha 
tomado, como es habitual en este tipo de ensa
yos, la carga maxima alcanzada. 

Las dimensiones características de las probe
tas antes y despues de los ensayos, así como 
el tamafio de las fisuras, se midieron con una 
resolución de 10 ~m utilizando un proyector de 
perfiles. El tamafio medio de las fisuras de 
corrosión bajo tensión de las probetas cilín
dricas se obtuvo promediando los valores medi
dos sobre dos diámetros perpendiculares orien
tados en las direcciones L y LT del material. 

En las probetas cilíndricas, el factor de 
intensidad de tensiones de las fisuras fi
nales, se ha calculado con la expresión de 
Bueckner [ 41 

K, d d 
o, 762 (---) ~·/ 2 o' 563 ( --- ) 1 

/ ~· ( 1) 
D D 

en que 1r es la tensión remota, D el diámetro 
de la probeta, y d el diámetro de la sección 
resistente. En las probetas DCB, se utilizó la 
expresión de Hyatt [5] 

&EH \3H (a+ 0,6Hl 2 + HJ) 1
' 

K, = ------------------------------ (2) 
4 \(a+ 0,6Hl + H¿al 

siendo S la apertura de la fisura medida sobre 
la 1 í nea de carga, H la mitad de 1 canto de 1 a 
probeta, E el módulo elástico, y a es la pro
fundidad de la fisura. 

3 RESULTADOS EXPERIJ!illUTALES 

ProbPtas ~ ensayadas a deformación constantP 

Estos ensayos permiten obtener el factor de 
intensidad de tensiones umbral K, e y la ve
locidad de crecimiento de las fisuras para va
lores de K, mayores que el umbral. La curva 
típica para las aleaciones de la serie 7000 es 
la eC'.quematizada en la fig. 2. En los ensayos 
a deformación constante 1 ut i 1 izando probetas 
prefisuradas, esta curva se recorre en el sen
tido decreciente de K,. Debido a la larga du
ración de estos ensayos, no se dispone aún de 
resultados definitivos para la aleación. Se 
puede adelantar sin embargo que la velocidad 
en la zona II depende poco del potencial apli
cado y que su valor es algo mayor que lO<" m/s 

3e ha recurrido tambien a re;o;lizar ensayos de 
tracción lenta, que proporcionan información 
más rapidam•?nte, estudiando el efecto del 
potencial electroquímico en la interfase 
mater-ial-medio y la influencia de la veloci
dad de solicitación. 
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Fig. 2. Esquema del efecto de K, sobre la ve
locidad de propagación de una fisura. 

En la fig. 3, se ofrecen los resultados obte
nidos con probeta:s lisas y las velocidades de 
solicitación de 1,0, 0 1 3 y 0,1 ¡.¡m/min, 
representados como carga de rotura normalizada 
frente al potencial aplicado. Los valores 
correspondientes a los ensayos a potencial 
libre de corrosión se han representado entre 
paréntesis, abarcando éste los valores reco
rridos por el potencial durante el ensayo. 
Para las dos veloc'idades más lentas, la mínima 
susceptibilidad ocurre para potenciales próxi
mos a -900 mVEcs entre los cuales se encuentra 
el potencial libre de corrosión; los potencia
les anódicos o catódicos respecto a -900 mVEc> 
intensifican el efecto del medio agresivo. Pa
ra la velocidad de 1,0 ~m/min el efecto de la 
corrosión bajo tensión sobre la carga de rotu
ra e:s despreciable entre -1200 y -800 mVc 
Con las tres velocidades, si se superan los 
potenciales de -1400 mVcc~ en dirección cató
dica y -800 mVcc en dirección anódica, la 
corrosión reduce mucho la sección de las pro
betas y la pérdida de resistencia deja de ser 
representativa del efecto de la corrosión bajo 
tensión. 
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Fig. 3. Probetas lisas. Efecto del potencial y 
la velocidad de ~o}icitación segun la carga de 
rotura norm'll izada. 
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Comparando las tres curva.s, se observa que la 
velocidad de solicitación tiene poca influen
cia en la zona de potenciales de -900 mv,., 
Para potenciales superiores o inferiores a esa 
:::o na, la •:arga de rotura es más baja cuanto 
menor es la velocidad de solicitación. 

Observadas las superficies de fractura al mi
croscopio electrónico se apreció en todas 
ellas, incluso en los casos en que no hay pér
dida en la carga de rotura, una fisura anular 
de corrosión bajo tensión que ocupaba el con
torno de la superficie. En la fíg. 4 se mues
tra una fractura típica. Para cada potencial, 
la profundidad de la fisura era mayor cuanto 
menor era la velocidad del ensayo. Seccionando 
longitudinalmente algunas de las probetas 
ensayadas, se observó además la existencia de 
múltiples fisuras distribuidas sobre la super
ficie de las probetas. 

Así pues, la carga de rotura desciende al au
mentar el tamaño final de la fisura. pero el 
desr:-c:::nso es dema-;i a do su a ve dentro de 1 i nter
valo de fi,:::uras que aparecen en estos ensa
;ros, de t::_l forma que, por ejemplo a poten
cial libre de corrosión y 0,1 ~m/min, la pro
fundidad media de la fisura era de unos 200 ~m 
y no se observó influencia alguna sobre la 
carga de rotura. 

Fig. 4. Superficie de fractura típica de las 
probetas lisas ensayadas en ambiente agresivo. 

Si se representa la carga de rotura, alcanzada 
en los ensayos con las probetas lisas, en fun
ción del tamaffo medio de la fisura de corro
sión bajo tensión, como se ha hecho en la fig. 
5, se obtiene la tendencia característica de 
la carga de rotura en tracción para probetas 
con fisuras cortas, es decir, cuando las con
diciones de fractura son elastoplásticas. De 
acuerdo con esto, la poca sensibilidad de la 
carga de rotura como índice de la corrosión 
bajo tensión es característico de las probetas 
lisas sometidas a condiciones experimentales 
en que la fisura final es pequeña. 

Se plantea así qué modificación de la geome
tría de las probetas aumentaría la sensibili
dad de la carga de rotura al efecto del tamafío 

de fisura. La mayor sensibilidad se consigue 
cuando la rotura de la probeta se produce en 
las condiciones en que la M:FEL es aplicable. 
Para ello se puede recurrir a probetas prefi
suradas o a probetas con entalla aguda; en es
t3s últimas, la nucleación de una fisura en el 
fondo de la entalla equivaldría aproximadamen
te 3 una fisura efectivíJ. Cl_;yo -talli3!~c fue~~a la 
profundidad d~:."· l:t er1:3~~3 rr1~3 la urrespon
d_2~- 3 ~ fi?ur3 ·ie corrosi6n bajo tensi n. 

En la fig. 6 pueden verse loco. resul tet,: .. J.~. ·:c-
rrE:::spc-ndientes a O, )JID:=i:-~ <::?L 

.:..c.s.r:h= 1 !J__ :t:¿;-u-no_::, re::::ul tactos 
,¡ o rr:i Se representa la carga de 

:-Cótura normalizada en función del potencial 
aplicado. Como referencia se ha dibujado taro
bien la curva obtenida con probetas 1 isas a 
O, 3 ¡lm/min. El aumento de la sensibilidad de 
la carga de rotura, como indicador de la 
corrosión bajo tensión, es evidente. Se obser
va que el efecto del potencial es similar al 
indicado por los ensayos con probeta lisa, 
apareciendo el mínimo de corrosión bajo ten
sión sobre los -900 mVEc'- y dos zonas de clara 
intensificación del fenómeno hacia potenciales 
más anódicos y más catódicos que él. La 
exi::;tencia de la zona anódica aparece más 
claramente en estas probetas. 
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Fig. 5. Probetas lisas. Relación entre la car
ga de rotura y la profundidad de las fisuras. 

La carga de rotura es tambien más sensible a 
la velocidad de solicitación, como se muestra 
en la fig, 7 para el potencial de -1200 m V ce 
Para iguales condiciones experimentales, la 
pérdida de carga es mayor en las probetas en
talladas, y la pendiente de su curva es más 
pronunciada. 

La fractografía de las probetas muestra el 
mismo aspecto que en las probetas lisas: una 
fisura anular de corrosi6n bajo tensi6n y una 
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Fig. 6. Probetas entalladas. Efecto del poten
cial y la velocidad de solici taciótÍ según la 
carga de rotura normalizada. 
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Fig. 7. Influencia de la velocidad de solici
tación sobre la carga de rotura normalizada de 
probetas lisas y entalladas, para -1200 mVEcs. 

zona central de fractura dúctil. El efecto del 
potencial y de la velocidad de solicitación 
sobre la carga de rotura concuerda bien con el 
efecto sobre el tamafto de las fisuras. 

La relación de la carga de rotura con el tama
fio medio de la fisura es la representada en la 
fig. 8, en la que se ha dibujado tambien la 
carga de rotura prevista por la MFEL, para un 
tamafto efectivo igual a la profundidad de la 
entalla más el tamafio de la fisura de corro-
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Fig. 8. Probetas entalladas. Relación entre la 
carga de rotura y la profundidad de las fisu
ras. 

s1on bajo tensión. Se puede observar que la 
1 carga de rotura experimental es sistematica
mente menor, lo que puede deberse a subestimar 
sistemáticamente el tamafio de la fisura o 
algún efecto fragilizador del medio agresivo, 
pero la tendencia es la prevista 

Con el fin de evitar los inconvenientes de la 
carga de rotura como índice de susceptibilidad 
en las probetas lisas, es habitual utilizar 
como índices otras magnitudes características 
de los ensayos de tracción, como la energía de 
fractura, la reducción de área, el alargamien
to o la duración del ensayo. Es decir magnitu
des asociadas a la ductilidad. De ellas, la 
energía de fractura es muy laboriosa de deter
minar; la reducción de área requiere la medida 
precisa de las dimensiones de las probetas 
antes y despues del ensayo, y presenta en 
nuestro caso una dispersión tan fuerte que la 
inutiliza como indicador fiable; por último, 
la duración del ensayo o el alargamiento <cal
culado como la duración del ensayo por la ve
locidad de solicitación) son magnitudes de más 
facil determinación. 

Para continuar con la comparación de los dos 
tipos de probetas, se muestran, fig. 9, los 
resultados de los mismos ensayos de la fig. 3 
pero utilizando el alargamiento normalizado 
como índice de sensi bil ida d. Puede verse que, 
en apariencia, el alargamiento es una magnitud 
más sensible al efecto del medio agresivo, pe
ro su dispersión es demasiado fuerte. Asi mis
mo, la influencia del potencial es menos clara 
que el obtenido a partir de la carga de rotura 
y que el observable sobre las superficies de 
fractura, especialmente con las dos velocida
des de solicitación más altas. Pero es en el 
efecto de la velocidad de solicitación donde 
el alargamiento muestra más claramente sus li
mitaciones. Asi, restringiendonos a los poten-
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ciales entre -1400 y -800 mVEcs, el alarga
miento indica que la corrosión bajo tensión 
para 1,0 p.mlmin es mucho menor que para 0,1 
p.m/min, cualquiera que sea el potencial¡ sin 
embargo, el tamaflo de la fisura obtenida a 
potencial libre de corrosión con 0,1 p.m/min es 
similar al tamaflo de las fisuras originadas 
para -800, -1000, -1100 y -1200 mVEcs con la 
velocidad de 1,0 p.m/min. 

El motivo de la limitación aludida en el pá
rrafo anterior se debe a que las probetas 
lisas ensayadas en ambiente inerte, rompen con 
mayor alargamiento cuanto menor es la veloci
dad de solicitación¡ es decir, se debe 
fundamentalmente a un desplazamiento en el ni
vel de referencia. 

En cambio, en las probetas entalladas solici
tadas a 0,3 p.mlmin, el alargamiento o a la du
ración del ensayo proporcionan el mismo tipo 
de curva que la mostrada en la fig. 6 para la 
carga de rotura. Para 0,1 p.mlmin, se dispone 
aún de pocos resultados para poder asegurar lo 
mismo. 
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Fig. 9. Probetas lisas. Efecto del potencial y 
la velocidad de solicitación según el alarga
miento normalizado. 

DISCUSION 

Coro se ha expuesto antes, el efecto del po
tencial se detecta de forma cualitativamente 
similar en la carga de rotura de las probetas 
lisas ensayadas a O. 3 y O. 1 llm/min, en el 
alargamiento <o el tiempo hasta rotura> de las 
mismas probetas a O. 1 !lmlmin, y en la carga de 
rotura y el alargamiento de las probetas enta
lladas para 0.3 y 0.1 llm/min. Sin embargo, la 
existencia de una zona de corrosión bajo 
tensión anódica respecto a -900 mVEcs queda 
oscurecida en las probetas lisas. 

Junto con esta coincidencia cualitativa, apa
recen diferencias cuantitativas importantes 
que limitan fuertemente la información propor
cionada por las probetas lisas. Las causas de 
esas diferencias tienen su origen en las ca
racterísticas mecánicas de las probetas y en 
la multiplicidad de etapas de la corrosión 
bajo tensión. 

Comenzando por las características mecánicas 
de las probetas sin fisura se ofrece en la 
fig. 10, la evolución de la carga frente al 
tiempo. Se puede observar el crecimiento prac
ticamente lineal de la carga en las entalla
das, y el crecimiento casi lineal al principio 
seguido de una zona de variación casi nula de 
la carga en·las lisas. 

Respecto a la acción de la corrosión bajo ten
sión, esta bien establecido que una probeta no 
fisurada pasa por una serie de etapas: la ini
ciación, que suele estar asociada a la exis
tencia de deformación plástica, y la propaga
ción de la fisura en una forma que general
mente es la esquematizada en la fig.2. La im
portancia de cada etapa, dentro del proceso 
global, puede ser aumentada o disminuida por 
la elección de la geometría de la probeta y 
las condiciones de solicitación. 
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Fig. 10. Evolución de la carga con el tiempo. 
Ensayos de tracción lenta en aire seco. 

Desde el punto de vista de iniciación es im
portante el comienzo de la deformación plásti
ca. Toribio (6J ha estudiado este tipo de geo
metrías, obteniendo que la deformación plásti
ca en el fondo de la entalla comienza a ten
siones medias, en el cuello, bastante menores 
que el límite elástico. Puesto que las seccio
nes mínimas son iguales en ambas probetas, la 
plastificación comienza a cargas bastante me
nores en la entallada. Por tanto, la probeta 
entallada podría iniciar las fisuras antes que 
la lisa. 

La deformación plástica en las probetas lisas 
no esta restringida geometricamente, la ini
ciación puede producirse en varios lugares de 
la superficie, mientras que en las entalladas 
esta limitada al fondo de la entalla. 

Volviendo al aspecto mecánico de las probetas, 
la aparición y propagación de fisuras durante 
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los emsayos en ambiente agresivo modifica solo 
ligeramente la curva carga-tiempo,en el senti
do de que la rotura se produce antes. En las 
entalladas, la carga última es proporcional al 
tiempo hasta rotura, y la relación de ambos 
con el tamafio de fisura es lineal, ya que, co
ma se vió en la fig. 8, la carga de rotura si
gue la tendencia de la expresión de Bueckner. 
En las las probetas lisas, en cambio, la rotu
ra se produce en la zona en que la carga varía 
poco con el tiempo, lo que implica una baja 
sensibilidad a la fisura. Esto se ve acentuado 
por el hecho de que la carga máxima se alcanza 
a un tiempo sensiblemente menor que la carga 
última, cuando la fisura puede estar propagán
dose a la mayor velocidad, como se discute más 
adelante. En definitiva, la carga de rotura de 
las probetas lisas puede na estar directamente 
relacionada con la fisura final. 

En la etapa de propagación, de acuerdo con la 
fig. 2, es importante Kr ya que controla la 
velocidad de avance de la fisura, pero no lo 
es menos la velocidad de crecimiento de Kr ya 
que de ella depende el tiempo de avance hasta 
la rotura. 
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Fig. 11. Esquema de las etapas y velocidad de 
propagación de una fisura de corrosion bajo 
tensión. AlProbeta entallada. BlProbeta lisa. 

En la fig. 11 se muestra esquematicamente lo 
que esto implicaría para cada tipo de probeta. 
En la entallada, a una temprana iniciación le 
sigue una etapa corta de propagación en zona I 
ya que la carga crece, y el resto del ensayo 
ocurre en la zona II. En la muestra lisa, la 
iniciación ocurrirá en la zona plástica, 
ocupando una buena parte del ensayo en llegar 
hasta ella; la propagación en zona I puede te
ner una duración importante ya que la carga 
crece lentamente y la fisura tambien; la pro
pagación en zona I I, que ocupa el resto del 
ensayo, se produce con el crecimiento de Kr 
controlado por el avance de la fisura. 

Las consecuencias de este esquema son compati
bles con el hecho de que, siendo mayor la du
ración de los ensayos en las probetas entalla
das, el tamafio final de las fisuras es muy si
milar en ambos tipos de probetas, para poten
ciales y velocidades de solicitación iguales. 

La gradación de las condiciones de iniciación 
son compatibles con el tamafio final de las fi
suras y las velocidades de crecimiento de las 
fisuras en zona II, determinadas en las probe
tas DCB. 

CONCLUSIONES 

l. Se ha demostrado que la carga de rotura es 
un índice de corrosión bajo tensión muy sen
sible si las probetas se disefian adecuadamen
te. La condición del disefio es que rompan en 
las condiciones gobernadas por la MFEL. 

2. Se ha disefiado una probeta simplemente en
tallada que cumple la condición anterior. Al 
utilizarla en la aleación AA7017-T651 y compa
rar los resultados con los de probetas lisas, 
se han encantado fuertes limitaciones en estas 
últimas. 

3. Se ha propuesto un esquema interpretativo, 
basado en las características mecánicas de las 
probetas y en las etapas de una fisura de co
rrosión bajo tensión, que permite explicar las 
diferencias entre ambos tipos de probetas. 
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SUSCEPTIBILIDAD A LA. CORROSION BAJO TENSION DE PIEZAS SOLDADAS DE LA. ALEACION 
AA 7017 (Al-Zn-Mg) : EFECTO DE LA. MICROESTRUCTURA 

C. Garcia Cordovilla 1, E. I.ouis 1, 2, A. Pamies 1, L. Caballero 3, M. El..ices 3 y V. 
Sanchez Galvez3. 
1. Industria Española del Aluminio, S.A., Centro de Investigación y Desarrollo 

Apartado 25, Cf5QOO Alicante. 

2. Departamento de Física Aplicada, Uní versidad de Alicante, Apartado 99, 03080 
Alicante. 

3. Departamento de Física de Materiales. E.T.S. Ingenieros de Caminos, Ciudad 
Universitaria, 28040 Madrid. 

Con objeto de investigar los efectos de la zona afectada térmicamente sobre la 
susceptibilidad a la corrosión bajo tensión de piezas de Al-Zn-Mg soldadas, se 
han fabricado probetas con microestructura similar a la de la zona blanca. La 
susceptibilidad a la corrosión bajo tensión se ha evaluado mediante ensayos de 
tracción lenta (SSRT). Los resultados indican que las probetas con estructura 
similar a la de la zona blanca son mucho mas sensibles a la corrosión bajo ten
sión que el metal en su estado original (T651). 

ABSTRACT 

In arder to investigate the effects of the heat-affected zone on the suscep
tibility to stress corrosion of Al-Zn-Mg weldments, massive samples having a 
microstructure similar to that shown by the so-called whi te zone, ha ve been 
obtained. Their susceptibility to stress corrosion was then evaluated by means 
of the slow strain rate test (SSRT). The resulte indicate that white zone-like 
samples are much more sensitive to stress corrosion than the parent alloy in the 
T651 temper. 

1 - INTRODUCCION fabricaron muestras con microestructura simi
lar a la de la zona blanca lo que les per
mitió estudiar las propiedades macroscópicas 
de una ree;ión tan pequeña (0.3 - 1 .o nm de 
anchura) t6] ; si bien otras características 
como gradientes de composición no son tenidas 
en cuenta su trabajo reviste una considerable 
importancia. Esos autores [8] resaltan la 
influencia de las condiciones del ciclo tér
mico usado para reproducir la microestructura 
de la ZB sobre su susceptibilidad a corrosión 
bajo tensión, mientras que por otro lado uni
camente utilizan ensayos normalizados en los 
que se mide la duración de una probeta some
tida a carga constante para evaluar esta 
susceptibilidad a CBT. 

La mayor limitación para una explotación 
exhaustiva de las aleaciones soldables de Al
Zn-Mg está en la aparición de corrosión loca
lizada en la soldadura y zonas adyacentes 
(1-3] El. agrietamiento se 1mc1a 
generalmente en la zona de interfase entre el 
cordon de soldadura y el metal base 
( weld-toe), propagandose por corrosión bajo 
tensión a través de la zona adyacente al car
dan o zona blanca (ZB) (4-6] , así llamada 
debido a su aspecto depues de ser atacada con 
ácido nítrico [61 . Además del trabajo diri
gido a evitar (o retrasar) la iniciación del 
agrietamiento [ 4, 7] , se ha realizado un gran 
esfuerzo para tratar de identificar y 
entender las propiedades de la zona blanca 
responsable de la gran sensibilidad a corro
sión bajo tensión de estos materiales 
(6 ,8, 13). :Eh este contexto destaca el trabajo 
de Schmiedel y Gruhl [8). Estos autores 

En el presente trabajo se han seguido las 
sugerencias de Schmiedel y Gruhl para estu
diar la corrosión bajo tensión en la ZB. No 
se han variado las condiciones de ciclo tér
mico; en cambio, se han tratado de reprodu
cir, dentro de las posibilidades de las 
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tecnicas empleadas, las velocidades de calen
tamiento y enfriamiento alcanzadas durante la 
soldadura en las proximidades de la zona 
blanca. Por otro lado se ha hecho un gran 
esfuerzo para evaluar cuan ti tati vamente la 
sensibilidad a la corrosión bajo tensión. 
Asi, se han utilizado ensayos que permitan 
evaluar la naturaleza y mecanismos de la 
fractura, tales como ensayos de tracción 
lenta (SSRT) [14, 16] . Nuestros resultados 
confirman los obtenidos por Schmiedel y Gruhl 
en cuanto que las muestras con estructura 
similar a la zona blanca son mas sensibles a 
corrosión bajo tensión que el metal en su 
estado original T651 . 

En lo referente a los métodos experimentales, 
se hace hincapié en el procedimiento empleado 
para la obtención de muestras con estructura 
similar a la zona blanca. Una descripción 
detallada de los ensayos de SSRT se dá 
en la referencia [16] . la sección dedicada a 
los resultados comienza describiendo y com
parando la microestructura de la zona afec
tada térmicamente en una soldadura con la 
obtenida en este trabajo. Los resultados de 
los ensayos SSRT se comparan con los dados en 
la literatura. 

2 - MATERIALES Y PROCEDIMIENTO EXPERIMENTAL 

El material usado en esta investigación fué 
suministrado por Alean Plate (Ki tts Green 
U.K.) en planchas de 10 y 30 mm de espesor en 
el estado T651 . la composición del material 
en% de peso es : Zn 5.01, Mg 2.44, Cu 0.12, 
Cr 0.17, Zr 0.13, Mn 0.29, Fe 0.23, Si 0.11, 
Ti 0.05. la soldadura se ha efectuado 
mediante el proceso li!IG en modo automático 
con uniones a tope y juntas en V a goo; 
siendo los parámetros de soldadura los 
siguientes : 240A, 30V, 0.46 m/min, material 
de aporte ( AA5356) de 1 . 6 mm de diámetro y 
numero de pasadas 3+1 para el material de 10 
mm. Con objeto de caracterizar el ciclo tér
mico de la zona afectada durante el proceso de 
soldadura se colocaron diversos termopares de 
Cromel-Alumen de 0.2 mm de diámetro, a 
diferentes distancias del borde de la junta 
que iba a ser soldada. la posición exacta de 
los termopares respecto al cordon de solda
dura se comprobó con posterioridad por medio 
de microscopía Óptica. la temperatura máxima 
alcanzada por el cordon en la zona próxima a 
la interfase estaba comprendida entre 
640-690oC mientras que la temperatura en la 
zona afectada oscilaba entre 580-620° C. la 
temperatura en la región cercana a la llamada 
zona blanca se determinó a partir de los 
valores obtenidos por varios procesos de 
soldadura y oscilaba alrededor de 600° C. la 
velocidad de calentamiento era del orden de 
1 00°C s-1, mientras que la de enfriamiento en 
el rango de 600-300oC, era del orden de 20oC 
s-1. El estudio de la microestructura de las 
muestras soldadas se hizo antes y des:¡;mes de 
un envejecimiento artificial de 8J°C/8h mas 
145oC/6h. 

Con objeto de reproducir la microestructura 
de la zona blanca se siguió el procedimiento 
de Schmiedel y Gruhl [8) . Esto es, las 
muestras de aluminio provistas de termopar se 
introdujeron en un bloque de Cu, con un ori
ficio central, precalentado hasta una deter
minada temperatura. Una vez alcanzada la 
temperatura deseada, las muestras se sacaron 
y templaron en diferentes medios. Para este 
trabajo se utilizaron muestras de dimen
siones 150x30x15 mm (mecanizadas en la direc
ción LxSTY~T) de forma que pudieran obtenerse 
suficientes probetas como para completar una 
serie de ensayos SSRT. Un ejemplo del ciclo 
térmico descrito se muestra en la Fig. 1 
donde se aprecia que la velocidad de calen
tamiento es del orden de YC s-1 y la de 
enfriamiento en el rango 600-300oC es de 
7. 5o C s- 1, esta última se obtuvo colocando 
las muestras entre dos bloques grandes de 
aluminio. Comparando estos valores con los 
alcanzados en un proceso li!IG de soldadura se 
puede notar que la maxima diferencia está en 
la velocidad de calentamiento y no en la de 
enfriamiento. El efecto que la velocidad de 
calentamiento tiene sobre la microestructura 
se estudió variando el tamaño de las probetas 
y la temperatura del horno, alcanzándose 
velocidades de calentamiento comprendidas 
entre 0.5 - 10°C s-1, (velocidades mas altas 
podrian obtenerse unicffinente mediante calen
taminto por efecto Joule). 
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Fig. 1 . Ciclos térmicos representa ti vos de 
los utilizados para fabricar muestras ZBS 
(zona blanca simulada) . Se indica como 
referencia el calentamiento correspondiente a 
la zona afectada de las muestras soldadas. 

La evaluación de la susceptibilidad a corro
sión bajo tensión se llevó a cabo mediante 
ensayos de tracción lenta (SSRT) en probeta 
cilíndrica lisa. Los ensayos se realizaron en 
una solución acuosa (no desoxigenada) de ClNa 
al 3. 5%, pH 6. 5, y temperatura del orden de 
25 oC. Gran parte de los mismos se efectuaron 
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a potencial constante utilizando un poten
ciostato conectado a la celula de corrosión 
en un montaje convencional de tres electro
dos. Como electrodo auxiliar se utilizó hilo 
de platino; un electrodo de calomelanos 
saturado (ECS) sirv1o de referencia. El 
intervalo de potenciales estudiado fué de 
-800 a -1400 MV(ECS), estando las velocidades 
de solicitación comprendidas en el intervalo 
de w- 5 y 10-7 m min- l. Como referencia se 
utilizaron los valores obtenidos en aire 
seco (muestras inmersas en perclorato 
magnésico anhidro);los valores de la carga de 
rotura obtenidos en medio agresivo se presen
tan en porcentajes de reducción de la carga 
de rotura respecto del obtenido en aire seco. 
El eje de las probetas cilíndricas y la 
dirección de solicitación coinciden con la 
dirección transversal corta del material. 

Una descripción mas detallada de los procedi
mientos experimentales se puede encontrar en 
la referencia [ 16] . El estudio de la 
mícroestructura de las muestras se realizó 
mediante microscopía óptica mientras q_ue las 
superficies de fractura se estudiaron 
mediante microscopia electrónica de barrido. 

3 - RESULTADOS Y DISCUSION 

3.1 .- Mícroestructura de la zona blanca 

La mícroestructura de la zona blanca en 
material soldado ha sido investigada por 
varios autores [ 5, 6, 8-13] . Sus carac
terísticas mas sobresalientes en comparación 
con la del metal base han sido resaltadas por 
Cordier et al. [ 5] y pueden resumirse como 
sigue: a) estructura recrístalizada con gra
nos grandes y eq_uiaxiales, b) menor numero de 
partículas íntermetálicas en el interior de 
los granos, e) mayor cantidad de compuestos 
intermetálicos y partículas precipitadas en 
fronteras de grano y mas finamente repartidos 
y d) zonas libres de precípi tado más 
estrechas. 

Alguna de las características descritas en el 
párrafo anterior son claramente visibles en 
las micrografías de las muestras soldadas 
estudiadas en este trabajo (Fig. 2). 
Primeramente hay que resaltar que la anchura 
de la zona blanca en nuestras muestras varia 
en un rango de 200-500 pm dependiendo de las 
condiciones de soldadura. El aspecto general 
de la microestructura de las soldaduras alre
dedor de la zona blanca, se muestra en la 
Fíg. 2a. Un detalle de la anterior microgra
fía, Fíg. 2b, muestra las características 
mícroestructurales de la citada ZB (a-e del 
parrafo anterior) . En ella se ve de forma 
destacada la distribución de partículas en 
forma de cadena sobre las fronteras de grano. 
El tratamiento post-soldadura revela aun mas 
las características mas sobresalientes de la 
zona blanca de forma que la precipitación es 
solo visible cerca de las fronteras de grano 
formando un sombreado en un lado de las 
mismas. Esta asimetría puede indicar la 
dirección del desplazamiento de las fronteras 
de grano originado por el calentamiento 
rápido durante la soldadura. El hecho de que 

no aparezcan partículas reveladas en el 
interior de los granos despues del trata
miento de post-soldadura puede deberse a dos 
causas [6] : a) ausencia de partículas ínter
metálicas tales como ZrAl 3 y b) enriqueci
miento de las fronteras de grano con los 
principales elementos aleantes (Zn y Jvlg). 

Fig. 2. f1icroestructura (micrografías opti
cas) de: a) aspecto general de la zona blanca 
en muestras soldadas (x20), b) detalle de la 
anterior (x500) y e) detalle de las muestras 
con estructura similar a la zona blanca ( ZBS) 
(x500). 
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Ambas causas pueden ser consecuencia del 
arrastre de partículas y elementos en solu
ción por las fronteras en movimiento [ 6] . 
Tambien es digno de mención el hecho de que 
los granos sean muy irregulares (tanto en 
tamaño como en forma) y que en algunos casos 
presenten fronteras que han sufrido una 
fusión parcial. 

La microestructura de las muestras con 
estructura similar a la de la zona blanca 
( ZBS) se ilustra en la Fig. 2c . Si se compara 
con la zona blanca real pueden destacarse las 
siguientes diferencias : a) granos de tamaño 
mayor, b) mayor cantidad de partículas en el 
interior de los granos. Este ultimo hecho se 
resalta en las muestras sometidas a un trata
miento de envejecimiento posterior. Ambas 
características podrian ser la consecuencia 
de la menor velocidad de calentamiento con
seguida durante la fabricación de muestras 
con estructura similar a la ZB. Con objeto de 
probar esta hipótesis se hizo un estudio de 
la evolución de la microestructura con la 
velocidad de calentamiento en el intervalo de 
O. 5-10 oC s-1. Los resultados obtenidos efec
tivamente apuntan en esta dirección, si se 
aumenta la velocidad de calentamiento desde 3 
a 10oC s-1 disminuye en un factor dos el 
tamaño de grano. la cantidad de partículas en 
el interior de los granos disminuye tambien 
de forma apreciable. 

Dejando a un lado estas pequeñas diferencias 
se puede decir que la muestra con estructura 
similar a la ZB reproduce las características 
mas sobresalientes de la zona blanca en un 
proceso de soldadura. 

3.2.- Ensayos de corrosión bajo tensión, 
traeeíon lenta, probeta lisa (~ 

Las propiedades mecánicas y electroquimicas 
mas destacables de esta aleación en el temple 
T651 y con tratamiento termico para reprodu
cir la microestructura de la zona blanca 
( ZBS) , se presentan en la Tabla I. Los 
valores de Krc se han determinado de acuerdo 
con la norma ASTM E-399 en la dirección 
transversal corta. El potencial libre de 
corrosión (referido al electrodo de calomela
nos saturado) se midió en una disolución 
aireada de ClNa al 3.5% con un pH de 6.5, la 
misma en la que se realizaron los ensayos de 
corrosión bajo tensión. 
Se incluyen igualmente en la Tabla I los 
resultados mas relevantes de los ensayos de 
corrosión bajo tensión a tracción lenta 
(SSRT). 

Los resultados de los ensayos de SSRT para 
una velocidad de solicitación de 0.3 )liD· 
min- 1 y un intervalo de potenciales compren
dido entre -800 y -1500 mV (ECS) para 
muestras de zona blanca simulada sin y con 
tratamiento posterior (ZBS y ZBSP) se presen
tan en la Fig. 3, donde se incluyen tambien, 
como referencia, los valores correspondientes 
al temple original T651 . Los resultados indi
can una gran dependencia de la carga de 
rotura con el potencial en una región de 

potenciales en la que el material en estado 
T651 presenta una meseta; esta dependencia es 

· mas acusada en el caso del material con tra
tamiento posterior. En la zona comprendida 
entre -1050 y -1250 mV (ECS) la disminución 
de características es mucho menor que en el 
resto, lo que indica la existencia de una 
ventana de potenciales con mayor resistencia 
a corrosión bajo tensión, este resultado es 
similar al obtenido por Holroyd et al. [4]con 
muestras soldadas. 

TABLA I. Características de la aleación 
1iX7011 en el estado T651 y trata:aa termi
camente para reproducilla microestructura 
de la zona blanca en muestras soldadas ( ZBS) 
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Fig. 3. Resultado de los ensayos de corro
sión bajo tensión a tracción lenta para el 
material con estructura similar a la zona 
blanca antes (ZBS) y despues de un envejeci
miento artificial (ZBSP). Se indica como 
referencia el resultado correspondiente al 
estado T651 . 
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Se ha estudiado tambien el efecto de la velo
cidad de solicitación en este tipo de ensayo. 
El resultado para un potencial fijo de -1200 
mV (E:.:S) p1ede verse en la Fig. 4. Al igual 
que en el parrafo anterior la carga de rotura 
disminuye mas rápidamente en el caso del 
material ZBS o ZBSP que en el T651 , incluso 
para velocidades en las que ésta práctica
mente no varia, lo que indica una mayor sen
sibilidad de estos materiales a corrosión 
bajo tensión. En cualquier caso el compor
tamiento a c:BT es siempre peor en las probe
tas sometidas a un tratamiento posterior, de 
acuerdo igualmente con los resultados obteni
dos por otros autores [9, 13] con probetas 
soldadas y sometidas a envejecimientos, que 
como en este caso, no incluyan tratamiento de 
solubilizado. 
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Fig. 4. Efecto de la velocidad de solicita
ción sobre la carga de rotura para el 
material con estructura similar a la zona 
blanca antes (ZBS) y des~ues de un envejeci
miento artificial (ZBSP). Se indica como 
referencia el resultado correspondiente al 
estado T651 . 

Dentro del estudio fractográfico correspon
diente a este material se presenta el aspecto 
de la superficie de una muestra de material 
T651 sometida a un ensayo de tracción lenta a 
un potencial de -1200 mV (E:.:S) (Fig. 5a) junto 
al resultado de una muestra de zona blanca 
simulada (ZBS), ensayada en las mismas con
diciones (Fig. 5b y 5c). Eh la Fig. 5a puede 
verse que la superficie de fractura tiene dos 
zonas bien diferenciadas; un anillo exterior 
con estructura plana correspondiente a corro
sión bajo tensión y una zona central de frac
tura ductil por nucleación y coalescencia de 
huecos correspondiente a fractura por sobre
carga. Por el contrario, la Fig. 5b, 

correspondiente a ZBS, no tiene ninguna zona 
diferenciada, presentando un aspecto similar 
toda la superficie de fractura. la fractura 
es intergranular y revela la microestructura 
recristalizada y de grano grueso carac
terística de las probetas ZB (Fig. 5c), es 
interesante resaltar que las superficies de 
fractura de soldaduras reales [ 4, 9] son muy 
similares a la mostrada en la Fig. 5c. la 
superficie de fractura de una probeta de zona 
blanca simulada con tratamiento posterior es 
muy similar a la anteriormente descrita por 
lo que no se presenta. Finalmente resaltar 
que la superficie de fractura de las probetas 
ensayadas en medio inerte, es similar a la 
obtenida en medio agresivo. 

Fig. 5. Micrografías correspondientes a las 
superficies de fractura de la aleación AA7017 
ensayada a corrosión bajo tensión a tracción 
lenta (-1200 mVSCE y 3x1o-7 m miñ 1). a) 
aspecto general del estado T651 (x 13.5), b) 
aspecto general de la zona blanca simulada 
(x13.5) y e) detalle de la anterior (x300). 
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4 - CONCLUSIONES 

i) 

ii) 

iii) 

les características microestructurales 
mas relevantes de la zona blanca en 
piezas soldadas, es decir, granos 
recristalizados y cantidades reducidas 
de partículas (precipitados o 
intermetálicos) se pueden reproducir 
satisfactoriamente mediante los métodos 
empleados en este trabajo [8). 

los resultados de corrosión bajo ten
sión a baja velocidad de deformación, 
indican que las probetas con 
microestructura similar a la de la zona 
blanca (ZBS) son mucho mas sensibles a 
la corrosión bajo tensión que el 
material en temple T651 . :ESte resultado 
está de acuerdo con los obtenidos por 
Schmiedel y Gruhl [8] mediante ensayos 
normalizados a carga constante. 

Tanto los resultados de corrosión bajo 
tensión a tracción lenta como las 
superficies de fractura de las probetas 
ZBS son notablemente similares a los 
obs~rvados por Holroyd et al [4] en 
piezas soldadas. :ESte acuerdo, fun
damenta la relevancia del presente 
estudio. 
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FACTOR DE IJiTENSIDAD DE TENSIONES EN UN TORNILLO FISURADO SOMETIDO A TRACCION Y 
FLEXION 

Toribio, J., Sánchez-Gálvez, V., Astiz, M. A., Campos, J.M. 

Departamento de Ciencia de Materiales 
E.T.S. Ingenieros de Caminos <Universidad Politécnica de Madrid) 
Ciudad Universitaria s/n 
28040 MADRID 

Resumen.- En este artículo se calcula numéricamente el factor de intensidad de 
tensiones en un tornillo con una fisura de borde tipo lúnula bajo la acción de 
solicitaciones de tracción uniforme en dirección axial y flexión pura. El cálculo 
tensional se lleva a cabo mediante el Método de los Elementos Finitos, utilizando 
elementos singulares de tipo Henshell y Shaw a lo largo de la línea de la fisura. 
El factor de intensidad de tensiones se obtiene utilizando un método energético: 
el Método de la Rigidez Diferencial, basado en el cálculo de la tasa de liberación 
de energía. En los cálculos se introducen dos innovaciones tendentes a mejorar la 
precisión de los resultados: el desplazamiento de los nodos contenidos en el plano 
normal y en la linea de la fisura, evitando así tanto la modificación de la 
singularidad como el alabeo de la fisura. 

Abstract.- In this paper the stress intensity factor on a cracked bolt loaded in 
tension and bending has been computed. The calculation has been carried out by 
using the Finite Element Method. Henshell and Shaw singular elements have been 
employed a long the crack line. Tbe stress intensi ty factor has been obtained by 
using an energetic method: the Stiffness Derivative Metbod, based on tbe 
computation of the energy release rate. Two modifications have been introduced 
into the computation in arder to improve the accuracy of the results: the 
displacement of the nades included in the normal plane and in the crack line, 
avoiding so both the changing of the singularity and the crack curving. 

l. I NTRODUCC ION 

Las uniones atornilladas son actualmente 
profusamente empleadas en el acoplamiento de 
elementos estructurales muy grandes. En los 
últimos afias, con el desarrollo de la 
investigación aero-espacial, la importancia de 
conocer las condiciones de seguridad de los 
elementos de unión atornillados ha ido en 
aumento, dadas las condiciones adversas de 
trabajo de este tipo de estructuras, así como 
la necesidad estricta de prevención de fallo o 
colapso estructural. 

La probabilidad de aparición de fisuras 
superficiales en el tornillo se ve acrecentada 
por la oscilación de las cargas sobre la 
estructura y por la agresividad del entorno. 
En efecto: los dos mecanismos principales de 
crecimiento de fisuras en condiciones sub
críticas son la fatiga y la corrosión bajo 
tensión. 

Las referencias bibliográficas concernientes 
al cálculo numérico del factor de intensidad 
de tensiones en un tornillo fisurado son 
escasas, y únicamente está resuelto 
parcialmente el problema para el caso de 
solicitación de tracción en la dirección del 
eje del tornillo. [1,21. Esto ha obligado a la 
Agencia Espacial Europea al estudio en 
profundidad del tema. [ 3, 41. En el presente 
artículo se aborda el problema de cálculo del 
factor de intensidad de tensiones en un 
trnillo fisurado sometido a tracción y 
flexión. 

Los resultados del cálculo, presentados en 
forma gráfica y también analítica - mediante 
ajuste polinómico podrán aplicarse para 
cuantificar la velocidad de crecimiento de las 
fisuras en fatiga o la influencia de los 
parámetros de fractura en el crecimiento en 
condiciones de corrosión bajo tensión. 
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2. DEFINICION DEL PROBLEMA 

La geometría analizada consiste en un tornillo 
de métrica ISO-X8 con una fisura de borde con 
forma de lúnula semielíptica. Las dimensiones 
del tornillo son: 

Diámetro máximo: 8 mm 
Diámetro mínimo: 6.77 mm 
Paso de rosca: 1 mm 

La fisura es de forma semielíptica <Fig. 1), 

con semiejes a y b, correspondientes, respec
tivamente, a la profundidad y a la dimensión 
transversal. Se han considerado dos tipos de 
fisura semielíptica: 

- Superficial: a/b = O. 2 
-Circunferencial: a/b = 1.0 

d 

L_i_. 
Fig. 1.- Definición del problema. 

En el cálculo se utilizan cinco profundidades 
de fisura: a/d = O. 1, O. 2, O. 3, O. 4 y O. 5, 
donde a es la profundidad de fisura y d el 
diámetro neto <mínimo) del tornillo. 

Se analizan dos tipos de solicitación sobre el 
tornillo fisurado: 

- Carga axial: Tensión uniforme aplicada sobre 
la sección transversal del tornillo 

- Momento !lector: Distribución triangular de 
tensiones aplicadas sobre las secciones 
transversales del tornillo. 

El objetivo del cálculo es la obtención, para 
el tornillo fisurado, del factor de intensidad 
de tensiones en todos los puntos del borde de 
la fisura. Este factor es una función de la 
profundidad y forma de la fisura, así como del 
punto elegido sobre la línea de la fisura. Es 
decir, se trata de obtener: 

Kx = Kx <a, b, S) 

3. METODO DE CALCULO 

3,1, Generación de malla 

La generación de malla se realiza mediante una 
aplicación transfinita. El diseno de la malla 

reguiere la división de ésta en 
macroelementos, que posteriormente se di vi den 
en elementos. Se utiliza un algoritmo de 
minimización del ancho de banda. 

Es posible utilizar tres tipos de 
macroelementos, todos ellos capaces de generar 
elementos finitos isoparamétricos. Los 
macroelementos pueden verse en la Fig. 2: 

- Sólido pentaédrico susceptible de dividirse 
en pirámides triangulares. Es un hexaedro 
degenerado, con una de sus caras colapsada. 

- Sólido pentaédrico susceptible de dividirse 
en prismas según una distribución uniforme de 
elementos. 

- Só 1 ido hexaédrico susceptible de di vid irse 
en cubos por medio de planos coordenados. 

//7 
/77 

/ / V 

¡/1! 
/11 
V 

11 

Fig. 2.- Tipos de macroelemento 

Los elementos generados a pertir de los 
macroelemntos son siempre elementos isoparamé
tricos prismáticos de 15 nodos y paralele
pipédicos de 20 . 

El tornillo presenta doble simetría geométrica 
y de cargas, por lo que sólo es necesario 
analizar la cuarta parte. De acuerdo con esto, 
se ha diseftado una malla de elementos finitos 
[3,41 con las siguientes características: 

- Número de macroelementos: 39 
- Número de elementos: 584 
- Número de nodos: 3057 
- Número de grados de libertad: 9171 

La Fig. 3 muestra un perfil del tornillo 
discretizado en Elementos Finitos, mientras 
que la Fig. 4 ofrece una vista general. En la 
Fig. 5 se aprecia la planta del plano 
fisurado, y por tanto la distribución 
horizontal de elementos finitos en él. Una 
vista general del esquema de discret ización 
utilizado en las proximidades de la linea de 
la fisura se muestra en la Fig. 6. 

3.2 Cálculos tenso-deformacionales 

El cálculo de 
lleva a cabo 

tensiones 
mediante 

y deformaciones se 
el Método de los 
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Fig. 3.- Perfil del tornillo. 

Fig. 4.- Vista del tornillo. 

Fig. 5.- Planta del plano fisurado. 

Fig. 6.- Detalle de la fisura. 

elementos Finitos en régimen elástico-lineal. 
Con el fin de modelizar adecuadamente la 
singularidad que se produce en la fisura se 
han utilizado elementos finitos isoparamé
tricos singulares del tipo de Henshell y Shaw 
[5,6,71 para los elementos en contacto con la 
fisura. 

La singularidad se modeliza trasladando el 
nodo de la posición central de todo segmento 
transversal a la linea de la fisura y en 
contacto con ella, a la posición a distancia 
1/4 de la longitud total del segmento respecto 
al extremo de la fisura. Solamente se ha 
u ti 1 izado un núcleo de elementos singulares, 
sin un anillo posterior de elementos de 
transición. 

Se ha tanteado también la posibilidad de 
utilización de elementos colapsados junto al 
fondo de la fisura. Estos elementos dan mayor 
precisión y permiten modelizar la singularidad 
también en una dirección interior al elemento. 
Dicha posibilidad se ha desestimado atendiendo 
a las siguientes razones [8]: 

- La diferencia entre los resultados obtenidos 
utilizando elementos convencionales y colap
sados es inferior al 1.5 %. 

- La utilización de elementos colapsados 
requiere el uso de funciones de forma 
modificadas y trabajo extra, en vista de lo 
cual resulta más aconsejable utilizar elemntos 
singulares del tipo l/4 <Henshell y Shaw) en 
análisis tridimensionales. 

3.3 Obtención del Factor de Intensidad de 
Tensiones 

Para calcular el Factor de Intensidad de 
Tensiones a partir de los resultados del 
cálculo tenso-deformacional, se ha empleado un 
método energético: El Método de la Rigidez 
Diferencial [9-12], basado en el cálculo de la 
Tasa de Liberación de Energía G. Es, por lo 
tanto, un enfoqwue global del problema, y como 
principales virtudes posee las de precisión de 
los resultados y economía de cálculo. 

El Método consiste en calcular la Tasa de 
Liberación de Energía G por diferencia de 
energías entre dos situaciones con la fisura 
de longitud dada y con esa misma longitud 
incrementada una cantidad muy pequefla. Dicho 
valor G, viene dado por la expresión [9,121: 

(1) 

donde c.a es el incremento dado a la longitud 
de fisura <Fig. 7), K. y K.+~• las matrices de 
rigidez correspondientes al cuerpo fisurado 
con fisuras a y a+c.a respectivamente, y {u) el 
vector desplazamientos nodales. La Fig. 8 
muestra el desplazamiento horizontal, 
perpendicular a la linea de la fisura, del 
nodo en el cual se quiere calcular el factor 
de intensidad de tensiones, con el 
consiguiente incremento de area de la fisura. 

La precisión de los resultados, inherente al 
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G 
1 K a+ •1 - - {u 1 T ----'~_:"':.:;.. __ _,a!...-- {u) 

K 

2 fla 

Fig. 7.- Método de la Rigidez Diferencial: 
desplazamiento de nodo. 

Fig. 8.- Método de la Rigidez Diferencial: 
incremento de área. 

carácter energético/global de método, ha sido 
suficientemente probada (9,101. La economía de 
cálculo viene dada pro el hecho de que 
únicamente el primer núcleo de elementos 
finitos alrededor del extremo de la fisura 
sufre deformación <Fig. 7), y por tanto 
cambios en la matriz de rigidez. El elemento 
singular junto al fondo de la fisura 
experimenta un desplazamiento de sólido rígido 
y el resto de los elementos no sufren 
modificación. 

La elección del desplazamiento t.a aplicado se 
ha hecho a partir de la experiencias de 
c~alculo anterioes, tanto propias como de 
otros investigadores ( 8,121. De acuerdo con 
esta experiencia el valor elegido ha sido: 

Aa = 0.0001 a 

En los cálculos que aquí se presentan se 
incluyen dos innovaciones tendentes a aejorar 
la precisión de lso resultados: 

- Para evitar perder la relación 1/4 de 
distancias en los segmentos de elemento 
singular transversales a la linea de la 
fisura, se han desplazado también los nodos 
intermedios de dichos segmentos un valor igual 
a O. 75 el desplazamiento del nodo principal. 
De esta forma se conserva la relación 1 a 4 y 
por tanto la modelización de la singularidad. 

- Para evitar el alabeo de la linea de la 
fisura al realizar el desplazamiento del nodo 

principal, se han desplazado también los nodos 
de centro de lado contiguos a éste y 
localizados sobre la propia linea de la 
fisura. Así se evita que esta linea se curve, 
con los consiguientes errores en la deter
minación del área incrementada. 

4. ANALISIS DE RESULTADOS 

Los resultados de 
forma adimensional, 
definido por: 

cálculo se 
utilizando 

presentan en 
el factor Y 

donde KI es el factor de intensidad de 
tensiones, a la profundidad de fisura <Fig. 1> 
y ~ la tensión dada por: 

- tensión remota sobre la sección transversal 
del tornillo en el caso de carga axial 

- Tensión máxima en la sección transversal del 
tornillo <distribución lineal de tensiones) en 
al caso de momento flector. 

Las Figs 9 y 10 ofrecen la distribución del 
factor de intensidad de tensiones <F. I. T.) a 
lo largo de la 1 í nea de la fisura para los 
casos de aarga axial y momento flector, 
respectivamente. Las Figs. 11 y 12 muestran el 
F. I.T. en el centro de la fisura, y las Figs. 
13 y 14 dicho valor en el borde de la fisura 
<superficie del tornillo). Los valores 
numéricos se dan en la Tabla 1 <Carga axial) y 
en la Tabla 2 <Momento Flector). 

Los resultados concuerdan bien con los valores 
del factor de intensidad de tensiones en 
tornillos obtenidos por Reibaldi ( 11 y por 
Nord y Chung ( 21, aunque el número de 
geometrías y profundidades de fisura es mucho 
mayor en el trabajo que aquí se presenta. 

A la vista de las Figs. 
afirmar lo siguiente: 

9 a 14 se puede 

-En fisuras superficiales el F. I.T. es mayor 
en el centro de la fisura, mientras que en 
fisuras semicirculares es mayor en el borde 
<Figs. 9 y 10). Esta conclusión es válida para 
todo tipo de profundidades de fisura y para 
los dos tipos de carga sobre el tornillo. 

-Los valores del F.I.T. en el centro de la 
fisura son mayores para los casos de fisuras 
superficiales y carga axial, y menores para 
los casos de fisuras semicirculares y momento 
flector aplicado <Figs. 11 y 12). 

- Los valores del F. l. T. en el borde de la 
fisura son mayores para los casos de fisura 
semicircular y carga axial, y menores para los 
casos de fisura superficial y momento flector 
aplicado <Figs. 13 y 14). 

Por último se ha realizado un ajuste 
polinómico de los resultados, obteniendo, para 
cada geometría y punto de la fisura, las 
siguientes expresiones analíticas de factor de 
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Tabla l. Factor adimensional y <carga axial> 

a/b a/d S/S0 • O l/4 2/4 3/4 

0.2 0.1 0.99 0.89 0.84 0.76 0.65 

0.2 1.06 0.89 0.85 0.76 0.66 

0.3 1.25 0.89 0.85 0.78 0.70 

0.4 1.77 0.89 0.86 0.81 0.74 

0.5 2.08 0.89 0.87 0.83 0.78 

1 0.1 0.75 1.01 1.03 1.10 1.22 

0.2 o. 795 1.00 1.01 r.'6'4 1.16 

0.3 0.88 1.00 1.02 l. 08 1.22 

o. 4 1.05 1.01 1.03 1.13 1.31 

0.5 1.27 1.01 1.06 1.19 l. 43 

Iªl:!li:! ;::. EªQtgr agJ meng;!. gnal y ~ li!QI!!sm:t º 
flec:tgr> 

a/b a/d S/S 0 • o 

0.2 0.14 0.79 

0.25 0.83 

0.37 0.91 

o.s 1.08 

0.14 0.51 

0.25 0.52 
0.37 0.52 
0.5 0.56 

14,-----------------------------------------~ 

•• 

~o 

--i~--
======--~ 
-·--==~ ------t~-------· • 

04 --lo O/baQ2 OldaOJ 

---- .l Olb~<Ol aklaO.J 

-- a Olb:l Ollh:01 

---- • Cibal Oldc0.3 

00 04 116 0.6 

S/S0 

to 

1/4 2/4 3/4 

0.79 0.78 0.70 0.57 

0.82 0.79 0.70 0.59 

0.90 0.86 0.79 0.69 

l.07 l. 03 0.96 0.88 

0.52 0.53 0.57 0.64 

O,SJ 0.56 0.63 o. 7 4 

0.54 0.59 0.70 0.87 

0.59 0.66 0.83 l. 06 

'-<,------------------------------------------, 
u 

10 

.--------~-------_.______ .......... 
0.8 ~"-:.~---

·~ -----·------::>-<: 
~--~===-=a.:--==~---~-------

Fig.9.- F.I.T. a lo largo de la línea de la 
fisura <Carga axial>. 

Fig.lO.- F.I.T. a lo largo de la linea de la 
fisura <Momento flector>. 
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0.5 

00 01 03 o• 05 

a/d 

Fig. 11.-F. l. T. en el centro de la fisura 
<Carga axial). 

>- t5 

Q5 

QO 

·----·' -·-- ·---·-
-o----o----·----"~0' 

0\ 
01 02 . 03 O k 05 

a/d 

Fig. 13.-F.I.T. en el borde de la fisura 
<Carga axial). 

intensidad de tensiones en función de la 
profundidad: 

- Carga axial: 

SISo.o) 

S/So •1/2) 

SISo= 1) 

S/So=O) 

SISo=l/2) 

S/So •l) 

_ Momento flector: 

SISo=O) 

SISo= 1/2) 

SISo= 1) 

SfSo=O) 

SfSo= 1/2) 

SISo= 1) 

Y= 0.968 • 0.581 (a /d) + 5.786 (a ld)2 

Y•0.838+0.027 (11/d) + 0.071 (11/d)2 

Y "0.634 + 0.082 (a Id) + 0.429 (a /d)l 

Y • 0.778 • 0.569 (a /d} + 3.107 (a /d)2 

Y= 1.056-0.349 (a/d) +0.714 (a/d)l 

Y •1.292 ·1.101 (a/d) + 2.786 (a ¡¡¡¡2 

Y= 0.821 • 0.486 (a Id) + 2.003 (a ld)l 

Y = 0.864. 0.948 (a Id) + 2.557 (a ld)2 

Y= 0.635 • 0.837 (a Id) + 2.657 (ald)l 

Y= 0.530 • 0.193 (a Id) - 0.499 (a fd)l 

Y= 0.524 - 0.027 (a Id) + 0.509 (a ld)2 

Y= 0.561 + 0.410 (a Id) + 1.173 (a ld)2 

> 1-S o 
1.0 

0.5 

0.0 01 01 03 

a/d 

1 T 1 centro de la fisura Fig. 12.-F. . . en e 
<Momento flector). 

.---:::: ·---- ___...., -·----0 -o -o 

05 

00 01 02 03 "' 
a/d 

Fig. 14.-F. l.T. en el borde de la fisura 
<Momento flector). 

5. CONCLUSIONES 

1> Se ha obtenido el factor de intensidad de 
tensiones en un tornillo fisurado sometido a 
solicitaciones de tracción y flexión, para 
diversas formas y profundidades de fisura. 

2) Se han introducido mejoras en el 
procedimiento de cálculo numérico tendentes a 
evitar la desaparición de la singularidad y el 
alabeo de la línea de la fisura. 

3) Se ha realizado una interpolación 
polinómica con los resultados obtenidos, a fin 
de tener una expresión analítica del factor de 
intensidad de tensiones en función de la 
profundidad. Esta expresión resulta de gran 
utilidad para estudiar el crecimiento sub
crítico de la fisura <fatiga y corrosión bajo 
tensión). 



64 VI ENCUENTRO DEL GRUPO ESPAÑOL DE FRACTURA 

6. REFERENCIAS 

[1] Reibaldi, G.G. <1984). "Stress intensity 
factor solutions for a cracked bolt". 
Sixth Int. Conf. on Fracture <ICF6>, 
Vol.2, pp. 1177-1183. 

[2] Nord,K.J., Chung,T.J. <1986)."Fracture and 
surface flaws in smooth and threaded 
round bars•. Int. J. Fracture. Vol. 30, 
pp. 47-55. 

[ 31 Bartelds, G.' De Koning, A. U. (1978). 
"Application of Finite Element Kethods to 
the analysis of cracks". National 
Aerospace Laboratory NLR. Repport 
NLR TR 78138 U 

[41 Sánchez-Gálvez,V. ,Astiz,K.A., Toribio,J., 
Campos, J.M. <1988). "Stress intensity 
factors in cracked bolts". European Space 
Agency Report. 

[51 Henshell, R. D., Sbaw, K.G. <1975). "Crack 
tip elements are unnecessary". Int. J. 
Num. Keth. in Eng., Vol. 9, pp. 495-507. 

[61 Barsoum, R.S. (1976). "On the use of 
isoparametric finite elements in linear 
Fracture Kechanics". lnt. J. Num. Keth. 
in Eng., Vol. 10, pp. 25-37. 

[ 71 Barsoum, R. S. <1977). "Triangular quarter 
point elements as elastic and perfectly 
plastic crack tip elements". lnt. J. Num. 
Keth. in Eng., Vol. 11, pp.85-98. 

[81 De Koning, A.U. <1979). "Comparison of 
some metbods to calculate stress 
intensi ty values from resul ts of Fini te 
Element Analyses". 

[91 Parks, D.M. (1974>. "A stiffness 
deriva ti ve Fi nite Element technique for 
determination of crack tip stress 
intensity factors". Int. J. Fracture, 
Vol. 10, pp. 487-502. 

[101 Hellen, K.T. <1975>. "On the method of 
virtual crack extensions". Int. J. Jiu m. 
Ketb. in Eng., Vol. 9, pp.187-207. 

[ 11l Ast iz, K. A. <1986). • An incompatible 
singular elastic element for two- and 
three-dimensional crack problems". Int. 
J. Fracture, Vol. 31, pp. 105-124. 

[ 121 Astiz, K. A., El ices, M. <1980). "On the 
application of tbe stiffness derivativa 
method to two and tbree-dimensional 
fracture problems". Proc. 2nd. Int. Conf. 
Num. Keth. in Fracture Kechanics, pp. 93-
106. 



VI ENCUENTRO DEL GRUPO ESPAÑOL DE FRACTURA 

MEDICION DE TENSIONES RESIDUALES EN UN TORNILLO FISURADO: APLICACION AL CALCULO 
DEL FACTOR DE INTENSIDAD DE TENSIONES 

Campos, J.M., Toribio, J., Sánchez-Gálvez, V., Astiz, M. A. 

Departamento de Ciencia de Materiales 
E.T.S. Ingenieros de Caminos <Universidad Politécnica de Madrid) 
Ciudad Universitaria, s/n 
28040 MADRID 

Resumen.- En el presente artículo se describe la medición de tensiones residuales 
en el fondo de rosca de un tornillo de métrica M30. Los resultados se emplean para 
calcular numéricamente el factor de intensidad de tensiones -en el tornillo 
fisurado- producido por las primitivas tensiones residuales. Se han elegido 
cuidadosamente los parámetros óptimos de medida: posición relativa entre el haz de 
rayos X y la muestra, así como el tamafio de la zona irradiada o spot. La medición 
arroja como resultado tracciones en la superficie del tornillo, lo que contradice 
los escasos datos existentes en la literatura. Se ha realizado un test de 
contrastación para comprobar el signo de las tensiones residuales cuando el 
tornillo es sometido a carga externa. Dicha test confirma los resultados de la 
primera medición. El cálculo tensional se lleva a cabo mediante el Método de los 
Elementos Finitos. El factor de intensidad de tensiones se obtiene utilizando el 
Método de la Rigidez Diferencial, basado en el cálculo de la tasa de liberación de 
energía. 

Abstract.- This paper deals with the measurement of the residual stresses on the 
thread root of a X30 bolt. The results are used in the computation of the stress 
i ntensi ty factor -on the cracked bol t- generated by the prior residual stresses. 
The optimum measurement parameters haven been carefully chosen: relative position 
between the X-ray beam and the sample, and the irradiated spot size. The results 
are tensions in the bolt surface, what is opposite to the few existing 
bibliographic data. A checking test has been performed in arder to check the sign 
of these residual stresses on the externally loaded bolt. Such a test confirms the 
results of the first measurement. The stress computation is carried out by using 
the Finite Element Method. The Stiffnes Derivativa Method has been emplayed in 
arder to obtain the energy release rate and so the stress intensity factor. 

65 

1. INTRODUCCION 

El presente artículo describe un procedimiento 
de medida original e innovador cuyos resul
tados constituyen los primeros valores 
experimentales de las tensiones residuales en 
el fondo de rosca de un tornillo conformado 
por laminación. Las medidas se han realizado 
sobre un perno roscado X30 facilitado por la 
compafíí a alemana ERNO-MBB y forman parte de 
las investigaciones que el Departamento de 
Ciencia de Materiales realiza para la Agencia 
Espacial Europea dentro del programa "Damage 
Talerance of Xetallic Structures". 

Unicamente Vassilaros [31 presenta cálculos de 
las tensiones residuales en el fondo de una 
rosca conformada por laminación utilizando el 
método de los elementos finitos junta a la 
teoría de las líneas de deslizamiento. En 
cualquier caso no se ha encontrado ningún 
valor experimental de las tensiones residuales 
en el fondo de rosca. 

En primer lugar se ha realizado una exhaustiva 
busqueda bibliográfica en la bases de datos 
europea <METADEX> y americana <BASA), con el 
fin de conocer el estado del arte. Tan sólo se 
han encontrado cinco referencias [1-51 de las 
cuales cuatro [ 1, 2, 4 y 51 muestran el efecto 
que las tensiones residuales producen sobre 
di versos comportamientos mecánicos de los 
materiales, pero sin evaluar su magnitud. 

Ante esta situación se ha considerado la 
capacidad de di versas técnicas experimentales 
para la medida de tensiones residuales en 
dichos fondos de rosca cuya compleja geometría 
ha limitado la utilización de una técnica no 
destructiva que permite acceder a_ los puntos 
de medida sin contacto íntimo con el material. 
Esta técnica ha sido la difractometría de 
rayos X y se han obtenido los valores de 
tensiones residuales en dichos puntos con la 
exactitud y fiabilidad requeridas en esta 
investigación. 

Se han medido tensiones residuales en las 
direcciones axial (O',.,,.,) y circunferencial 
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(O'aa) bien sobre un único fondo de rosca o 
sobre varios consecutivos. Para eliminar 
interferencias entre la óptica de rayos X y 
los puntos de medida se han limitado las 
direcciones espaciales de posicionaminento 
relativo entre ambos, eligiendo diferentes 
métodos opera ti vos y montajes experimentales 
para las direcciones de medida de tensiones 
residuales axiales y circunferenciales. 

Para asegurar la difracción de rayos X 
únicamente sobre la superficie de los fondos 
de rosca ha sido necesario recubrir el perfil 
restante del tornillo <flancos y crestas) con 
un material absorvente de radiación cuya 
elección y colocación ha necesitado una 
investigación paralela que ha aportado un 
procedimiento original de enmascarado. 

Finalmente se han obtenido experimentalmente 
valores de las tensiones residuales en los 
fondos de rosca que contradicen, por su signo, 
a los calculados por Vassilaros [3J. Esta 
circunstancia ha obligado a disefiar un 
sofisticado dispositivo experimental que per
mite contrastar el signo de dichas tensiones 
cuando se somete el cuerpo del tornillo a un 
estado de compresión simple en una máquina 
universal de ensayos, midiéndose simultánea
mente por difracción de rayos X las tensiones 
producidas en los fondos de rosca por dicho 
estado de carga. Los resultados obtenidos en 
este ensayo de contrastación validan satisfac
toriamente las primeras medidas experimentales 
de tensiones residuales en los fondos de rosca 
de un tornillo conformado por laminación. 

2. FUNDAMENTOS DE MEDIDA 

El análisis de las tensiones residuales se 
fundamenta en el principio de difracción por 
apilados regulares y ordenados de átomos 
cuando son incididos por un haz de ondas 
planas. La relación entre las distancias 
interplanares d""' de las familias de planos 
de difracción {hkl}, el ángulo de difracción 
(8) y la longitud de onda (Á) de la radiación 
incidente fué propuesta por Bragg [6). Cuando 
el espectro de la radiación X alcanza el valor 
característico, su longitud de onda permanece 
cuasi -constante alcanzando una intensidad muy 
superior a la del espectro contí nuo de rayos 
X. Así, la diferenciación de la ley de Bragg 
alcanza la forma: 

6d/do = -1/2 628 . cotg8o (1) 

donde do y 8o son los valores teóricos para la 
situación de material no deformado. El primer 
término de (1) es la deformación normal én de 
la familia de planos que difractan [ 6, 7 y 81. 
La normal • n" a dicha familia de planos está 
rel-acionada con la normal "N" de la superficie 
de medida mediante los ángulos no coplanarios 
~ y '1 respecto a un sistema de referencia 
elegido arbitrariamente. 

Las deformaciones normales én son microscó
picas pues afectan a determinadas familias de 
planos cuya posición es favorable para la 
difracción. Su promedio sobre un volumen más 
amplio de material, del tamafio de decenas de 

granos, permite obtener las deformaciones de 
tipo macroscópico (€~ ... ) para las direcciones 
estudiadas ; y 'f· La teoría de medios contí
nuos permite obtener la tensión macroscópica 
en el punto de medida a partir de la corres
pondiente deformació·n [ 6, 7 y 8) . Las hipótesis 
realizadas sobre el material son : 

- A nivel macroscópico, material contínuo y 
homogéneo. 

- Estado homogéneo de deformaciones y 
tensiones. 

- Comportamiento elástico y lineal. 
- Tamafio de grano suficientemente pequefio y de 

orientación aleatoria para considerar al 
material como un medio isótropo. 

Así, para cada dirección ; , la tensión 11',. se 
obtiene a partir de la medida de deformaciones 
E,. ... para los sucesivos valores de y mediante 
el procedimiento de exposición múltiple y la 
denominada "ley del sen"''(" [61: 

para materiales sin textura microscópica 
sometidos a estados de tensión plana. En (2) 
11'1 y ll'z son las componentes principales del 
tensor biaxial de tensiones, w y E son valores 
característicos del material. La pendiente de 
la recta <2) aporta el valor de 11'~ y su 
coeficiente de correlación el error 611'~. El 
incumplimiento de cualquiera de las hipótesis 
establecidas origina la pérdida de linealidad 
entre los puntos experimentales y la expresión 
teórica (2), aumentando el valor de 60',.. 

Para una dirección determinada por ' y 'f, la 
deformación está interrelacionada con el 
desplazamiento <1) y con el ensanchamiento del 
pico difracctado por un volumen de tamafio 
característico en el material. En la escala 
macroscópica la deformación E..... se considera 
uniforme causando solamente un desplazamiento 
del pico de difracción (628). En la escala 
microscópica la deformación se considera no 
uniforme originando un ensanchamiento del pico 
de difracción a mitad de altura (6b). La 
deformación producida en un material produce 
ambos efectos [71. Estudiar la evolución de 6b 
con la deformación macroscópica determina 
cualitativa y cuantitativamente el nivel de 
microdeformación plástica. 

La puesta en práctica de esta técnica pasa por 
la elección adecuada del sistema de colimación 
a interponer entre el elemento generador de 
rayos X y el punto de medida y entre éste y el 
elemento de detección. La colimación de rayos 
X selecciona su dirección, concentrando el haz 
emitido hacia el punto de medida y el haz 
difractado hacia el detector. Existen dos 
sistemas para realizar estas funciones. La 
colimación mediante haces focalizados limita 
el ángulo de dispersión de rayos X disminu
yendo su tamafio <haces circulares en torno a 
~=lmm) requiere una gran precisión en el 
posicionamiento relativo entre los elementos 
de generación y detección y el punto de medida 
<en torno a décimas de mm para divergencias 
inferiores a 12 [ 61). La colimación mediante 
haces paralelos guiados por las fuentes de 
Soller permite irradiar con haces mucho más 
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amplios los puntos de medida <en torno a 
decenas de IDJit2). Las fuentes de Soller se 
componen de un elevado número de láminas 
paralelas que limitan el ángulo de dispersión 
a 0.342 y 1Q (6]. Este sistema permite errores 
de posicionamiento relativo de hasta ±2 mm y 
es mucho menos crítico que el anterior. 

3. PROCEDIMIENTO OPERATIVO 

3.1 Material y probeta utili~ 

La muestra utilizada es un perno roscado M30 
<ISO> de 16 mm de longitud, extraído de otro 
de longitud muy superior. El perfil de rosca 
se conforma por laminación <presumiblemente en 
caliente dado su tamafio). Posteriormente se 
somete a un proceso de temple y revenido. Las 
cotas mas representativas se han medido en un 
proyector de perfiles NIKON con óptica de 20 
aumentos <Fig. la). 

Debido al tamafio de la muestra, su seccionado 
para extraer probetas de ensayos de tracción 
originaría perturbaciones en las tensiones re
siduales de los fondos de rosca. Por ello, la 
caracterización mecánica del material se ha 
realizado mediante un ensayo de microdureza 
con una carga de identación de 1 Kg sobre una 
punta Vickers. La dureza es muy alta (583 HV>. 

La estructura del material se ha obtenido 
sobre una de las secciones planas del tornillo 
cuyo acabado metalográfico fué atacado con 
Vil lela durante 6 mi n. La Fig. 2 muestra la 
micrografía obtenida en un microscopio óptico 
NIKON. Su aspecto es el de un acero inoxidable 
martensítico. Se observan gran cantidad de 
juntas de macla, presumiblemente originadas 
por el proceso de temple, las poligonales de 
los granos austeníticos primitivos y zonas 
blancas de austenita retenida. 

(a) 

Espesor: 200 ¡.¡m 
4 Capas 

1 
(b) 

Fig. 1. Cotas geométricas <a> y recubrimiento 
del tornillo <b>. 

3.2 Preparación de la muestra 

La doble curvatura de los fondos de rosca hace 
que esta superficie alabeada alcance una 
anchura constante de 500 p.m y una altura de 
100 p.m <Fig. la). En esta superficie alabeada 
se desean medir las tensiones residuales y es 
preciso aislarla de las superficies de flancos 

y crestas cuya difracción de rayos X no 
interesa. Estos objetivos se alcanzan eligien
do un material para recubrimiento de flancos y 
crestas que absorba adecuadamente la radiación 
y que permita una colocación cómoda. 

De los mul tiples materiales de recubrimiento 
ensayados, se elige una pintura elastomérica 
comercializada por CIBA-GEIGY que se usa para 
el curado del hormigón. Se aplica mínimamente 
diluida para aumentar su relación adherencia/ 
cohesión y su viscosidad. El espesor mínimo de 
pintura que absorve la radiación es de 150 p.m 
aunque el espesor medio utilizado en este 
trabajo ha superado las 200 p.m <Fig.lb>. 

Se ha desarrollado un procedimiento original 
para la colocación del recubrimiento: 

al Se ltmpia y desengrasa la muestra y un 
alambre calibrado de ;485 p.m. 

b) Se enrolla y fija el alambre sobre el fondo 
de rosca. 

e> Se calienta el conjunto con aire caliente a 
45QC durante 5 min. para favorecer el 
secado rápido de la primera película de 
pintura que contacta con el material, para 
elevar, aún más, su relación adherencia/ 
cohesión. 

d> Se pinta el tornillo, retirando cuidadosa
mente el alambre antes del secado completo 
de la pintura. 

e) Se completa el secado con aire caliente, se 
mide el espesor de pintura y se comprueba 
su uniformidad con un proyector de 
perfiles. Este proceso se repite desde b> 
hasta alcanzar el espesor adecuado del 
recubrimiento <Fig. lb). 

Finalmente se realizan una serie de marcas 
indelebles sobre las superficies planas del 
tornillo que identifican a las generatrices 
más adecuadas para la medida de tensiones 
residuales <Fig. 3). 

IRRADIATED LENGTH 
DF MEASUREMENT 

(SCALE 1:1) 

A 

<>-·+ 
1 

·(!). 
1,.\\ 

<l--+ 
A" ' 

AA" SECTION 

INCREASING NUWERATION 
Or THREAD ROOTS 

Fig. 3. Generatrices de medida. 

3.3 Optimización de las condiciones de medida 

Para la medida de tensiones residuales se ha 
utilizado un equipo automático RIGAKU
Strainflex. Dada la geometría del fondo de 
rosca se ha utilizado un sistema colimador de 
haces paralelos mediante sendas fuentes de 
Soller con ángulo de dispersión de 1Q inter
puestas entre el emisor y la pieza y entre 
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ésta y el detector de rayos X. La ventana 
utilizada para la salida de rayos X es de 4x8 
~ proporcionando una superficie enfocada, 
perpendicular a la dirección incidente de 
rayos X, de 7x10 ~. El error máximo de 
posicionamiento puede alcanzar ±2 mm. Dicho 
tamafio de radiación focalizada permite la 
medida simultánea de tensiones residuales 
sobre cuatro fondos de rosca consecutivos. 

La medida de tensiones residuales en dirección 
circunferencial <;=88) se obtiene utilizando 
el procedimiento ordinario de posicionamiento 
y cálculo ISD-INCLINATION-PSF con montaje 
goniométrico Q. Las tensiones residuales en 
dirección axial <'=zz) presentan, para su 
medida, problemas de interferencias entre los 
haces de rayos X emitidos y difractados con 
las condiciones de contorno impuestas por el 
recubrimiento de los flancos del tornillo. Por 
ello se limitan a 7 los ángulos 'f· En esta 
dirección de medida se utiliza el 
procedimiento SIDE-INCLINATION-MSF de posicio
namiento y cálculo con montaje goniométrico 'f· 

Las condiciones de medida utilizadas han sido: 

- Radiación Kcx del Cromo de longitud de onda 
A.c.-.,.,.=2.291 Angtroms y filtro de Vanadio. 

- Tensión emisión: 30 kV. Intensidad: 10 mA. 
- Máxima penetración en el material: 16 ~m. 
-Familia de planos que difractan: {2,1,1}. 

Fase ex del acero <martensita-BCC). Pico 
teórico de difracción: 28o=1562. 

- Superficie de medida: O. 5x7xt <"t": n2 de 
fondos de rosca irradiados simultáneamente>. 

-En dirección 88: !fo=0,5,10,15,20,25,30,35,40 
y 452 <positivos y negativos>. 

-En dirección zz: !f=0,5,10,15,20,25 y 302 
<positivos excepto en las medidas sobre J a 
generatriz n2 O en la que también se eligen 
los vaJores negativos). 

Se comprueba la linealidad <2> y se verifica 
la ausencia de triaxialidad, gradientes eleva
dos de tensiones y tamafio grueso de grano. Se 
observa sólo una ligera textura en dirección 
axial para determinadas generatrices (6<6~)). 

4. RESULTADOS 

Una vez comprobada la bondad del método de 
cálculo se realizan medidas sobre las 7 gene
ratrices estudiadas. El nivel de microplasti
ficación es muy elevado como refleja el valor 
de 6b. Los resultados se muestran en la tabla 
I. En dirección circunferencial se observan 
fuertes compresiones con un grado de micro
plastificación superior al existente en direc
ción axial. Las tensiones residuales axiales 
muestran fuertes tracciones a lo largo de 
generatrices enfrentadas y tracciones medias 
en sendas generatrices enfrentadas perpendicu
lares a las anteriores <Fig. 4). Existe 
independencia entre la cantidad de fondos de 
rosca irradiados simultáneamente y la magnitud 
de tensiones residuales medidas. 

Sin embargo el signo medido de ~"'"' <tracción) 
se contradice con el signo calculado por 
Vassi lares [ 3) <compresión). Por esta razón se 
contrasta el signo de las tensiones residuales 

TABLA I. Resultados experimentales. 

Gen. F.ros. Dir. 

o 

2 

3 

4 

6 

5 

2 a 5 BB<!f+) 
2 a 5 BB<y-> 
2 a 5 zz('f+) 
2 a 5 zz<v-> 

3 zz<v+> 

2,3,4 
3,4 

3 

4,5 
5 

3,4,5 
3,4 

4 

5 

112 
2 

3,4,5 
4,5 

4 

zz 
zz 
zz 

zz 
zz 

zz 
zz 
zz 

zz 

zz 
zz 

zz 
zz 
zz 

~<•> 

<MPa> 

-490 
-594 
+218 
+253 
+215 

+308 
+272 
+298 

+795 
+740 

+476 
+420 
+401 

+740 

+416 
+382 

+346 
+455 
+308 

• +:tracciones, -:compresiones. 

6~ 

<MPa) 

±18 
±27 
±32 
±34 

±112 

±116 
±113 
±174 

±134 
±138 

±42 
±86 

±116 

<••> 

±72 
<••> 

±123 
±98 

±136 

6b 
(Q) 

4.063 
4.080 
4.000 
3.833 
3.768 

3.843 
3.724 
3.620 

3. 713 
3.450 

3.664 
3.864 
3.586 

3.675 

4.063 
3.649 

3.866 
3.764 
3.789 

•• Se producen interferencias para 'f·~ ( + >=30Q, 
debiendose realizar manualmente el proceso 
de cálculo. 

• Ont: lhrtad root m~~tas<.~rc:ment 

I McnSU1"1:mt:nl n:llabollly 

- A"t:rag-c 1rrachatt:d arc.a 

1000 

¡ 
6_ 800 

o" 

60 120 180 '"' Q! .(") 

Fig. 4. Evolución de O'zz a lo largo de las 
generatrices. 

medidas por difractometrí a de rayos X. Para 
ello se miden las tensiones en los fondos de 
rosca situados en determinadas generatrices 
antes y después de la aplicación de una carga 
axial de compresión en una máquina u ni versal 
de ensayos mecánicos. Si las tensiones 
iniciales fueran de compresión, éstas deberían 
aumentar tras la aplicación de la carga, y si 
fueran de tracción, deberían disminuir. Se 
disefia un dispositivo especial de transmisión 
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de carga que intercala sendas pastillas de 
neopreno expandido que, a modo de rótula, 
aseguran el centrado de la carga <Fig. 5>. El 
acoplamiento con la máquina de ensayos 
mecánicos durante la medida simultánea de las 
tensiones por rayas X se muestra en las Fig. 6 
y 7. La tabla Il muestra los resultadas 
obtenidas que validan la magnitud y signa de 
las tensiones residuales medidas previamente. 
Se observa un aumenta de micraplastificación 
con la carga aplicada. Durante el ensayo de 
cantrastación no pudo aumentarse más la carga 
debida a las limitaciones de capacidad de las 
dispositivas de transmisión. Pese a ella, se 
demuestra que las tensiones residuales medidas 
san reproducibles y de tracción <positivas). 

Fig. 5. Dispositiva centradar de carga. 

Fig. 6. Montaje experimental. 

Fig. 2. Micrografía a 700 aumentas. 

Fig. 7. Detalle del montaje experimental. 

I.A.ID,A II. Resultados de cantrastación. 

Gen. F. apl. ti'ap O'x /;0' X Llb 
<Kg> <MPa) <MPa) <MPa> (Q) 

o o o +396 ±28 3.734 
-4000 -65 +370 ±62 3.817 

o o +410 ±66 3.787 

2 o o +450 ±71 3.803 
-4000 -65 +400 ±73 3.945 

-------------------------

4 o o +511 ±100 3.785 
-6400 -104 +404 ±54 4.030 

5. APLICACION AL CALCULO NUMERICO DEL FACTOR 
DE INTENSIDAD DE TENSIONES <FIT>. 

Partiendo de las tensiones residuales medidas 
en el tornillo na fisurada, se calcula numéri
camente el factor de intensidad de tensiones 
en el tornillo fisurada, para cuantificar su 
influencia respecta a la Mecánica de Fractura. 
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Asumiendo un material elástico-lineal, puede 
aplicarse el principio de superposición. En un 
sólido no fisurado, sometido a una distri bu
ción general de tensiones, el FIT es cero 
<Fig. 8a). Tal cuerpo es equivalente a otro 
fisurado en el que la acción del material se 
sustituye por una distribución de tensiones 
externas aplicadas sobre los labios de la 
fisura, opuesta a la anterior <Fig. 8b>. En 
este caso el FIT también es cero. La descarga 
de los labios de fisura del cuerpo <b> es 
equivalente a añadir un tercer cuerpo (e) con 
una distribución de tensiones opuesta a la del 
cuerpo <b> que coincide precisamente -incluido 
el signo- con la distribución inicial de 
tensiones residuales. La superposición de (b) 
y (e) conduce a <d>, objetivo del análisis: un 
cuerpo fisurado y descargado, con la fisura 
abierta por las tensiones residuales. Por ser 
K'b'=O, resulta K'<'=K'd'. Por consiguiente, 
el FIT del cuerpo descargado y con la fisura 
abierta debido a las tensiones .residuales se 
computa mediante un cuerpo fisurado y someti
do, en los labios de fisura, a la distribución 
de tensiones residuales que existía en el 
fondo de rosca del sólido no fisurado. 

Se han modelizado dos fisuras superficiales 
<Fig. 9a): 

Semielíptica: a/b 0.2 
Semicircular: a/b 

La condición de carga es la máxima tensión 
residual medida en la superficie del fondo de 
rosca <cr, ..... , ,= +800 MPa> y en profundidad -x
se ha adoptado una distribución triangular de 
tensiones, de acuerdo con la experiencia de 
los autores con alambres trefilados [ 71, con 
una profundidad máxima de 100 a 200 }lm 

<Fig.9b). La magnitud cr,.~s,<· se obtiene por 
consideraciones de equilibrio y es inferior al 
3% de cr,-~ .. ,, por lo que se ha despreciado en 
el cálculo. La distribución triangular de 
tensiones se ha introducido en los cálculos 
mediante cargas nodales aplicadas en la parte 
externa de los labios de la fisura, mantenien
do constante la carga por unidad de longitud. 

Los resultados del cálculo <tabla III>, 
muestran el factor de correc1on \Y) para las 
dos formas de fisura, tres profundidades y 

Fig. 8. Principio de superposición. 

(a) ( b) 

Fig. 9. Geometría de fisura <a> y distribución 
interna de cargas (b). 

a/b a/d s/s.~ y 

0.2 0,1 o 0.046 
1/3 0.042 
2/3 0.044 

1 0.050 

0.3 o 0.056 
l/3 o. 028 
2/3 0.030 

1 0.060 

0.5 o 0.022 
1/3 o. 006 
2/3 0.008 

1 0.026 

0.1 o 0.006 
1/3 0,013 
2/3 0.027 

1 0.062 

0.3 o 0.008 
1/3 0.014 
2/3 0.035 

1 0.078 

0,5 o 0.004 
1/3 0.009 
2/3 0.018 

1 0.035 

cuatro 
misma. 
tensión 

puntos a lo largo del borde de 
El factor de correción corresponde a 
residual 0',-~u;;, 1: 

K1 = y O'r&m., 1 <rra >"' 

Los resultados muestran que: 

la 
la 

(3) 

- Los FIT causados por las tensiones residua
les son muy bajos, claramente inferiores a los 
producidos por una tracción uniforme semejante 
aplicada sobre la base del tornillo [10, 111. 
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- El FIT aumenta próximo a la superficie. 
Así,el principal efecto de las tensiones 
residuales de tracción es la tendencia a 
aumentar la excentricidad de la fisura. 

- La influencia de las tensiones residuales en 
la propagación de fisuras por fatiga es 
despreciable, pues no incrementan el rango de 
variación del FIT (6K). Este efecto se limita 
a un pequefío incremento de la relación de 
tensiones (R), que tiene una influencia mínima 
en la propagación de fisuras por fatiga. 

- Las tesiones residuales influirían más en la 
iniciación de fisuras por fatiga <lOO ó 200 
~m) pero, en este caso, la aproximación 
elástico-lineal no sería válida y necesitaría 
un amplio desarrollo futuro en este campo. 

6. CONCLUSIONES 

1> Por primera vez se han medido las tensiones 
residuales en el fondo de una rosca utilizando 
la difractrometrí a de rayos X. Las tensiones 
son de compresión en dirección circunferencial 
y de tracción en dirección axial. 

2> El método empleado es válido para la 
dirección circunferencial. En dirección axial 
aparece un l igerí si mo efecto de textura, no 
verificándose con total exactitud la "ley del 
sen"'\1'". No obstante la precisión obtenida es 
buena por la repetitibilidad de los resultados 
sobre los distintos fondos de rosca en una 
misma generatriz. 

3) La forma peculiar de la curva de las 
tensiones residuales axiales a lo largo de las 
distintas generatrices es consecuencia de la 
simetría del proceso de laminación del 
tornillo. 

4) La anchura del pico de difracción indica 
que el material esta fuertemente microplasti
ficado. Las generatrices con mayores tensiones 
residuales de tracción son aquellas en las que 
la microplastificación es más reducida. 

5> Los factores de intensidad de tensiones 
debidos a las tensiones residuales son muy 
bajos, incrementándose cerca de la superficie. 
Su influencia en propagación de fisuras por 
fatiga es despreciable¡ no así en iniciación, 
pero en este caso la aproximación elástico
lineal no es válida. 
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BANCO FOTOELASTICO PARA ANALISIS DE ESTRUCTURAS FISURADAS 
SOMETIDAS A CARGAS DE IMPACTO 

RESUMEN: 

F. París; J. Gañas ; E. Lara 

E. T. S. Ingenieros Industriales de Sevilla. 
Avda. Reina Mercedes s/n. 41 O 12 Sevilla. 

Se presenta un banco de Fotoelasticidad Dinámica con una cámara Cranz-Schardin de 9 disparos que permite 
obtener información en nueve instantes de tiempo en órdenes de microsegundos. Este orden permite analizar periodos 
transitorios consecutivos a la producción de un impacto sobre una estructura. En el presente trabajo se incluye el 
análisis de un pórtico fisurOO:l encontran005e que el nivel de resolución alcanzOO:l en la configuración de isocromáticas es 
suficiente como para poder aplicar distintas alternativas (de campo simgular y de campo lejano) en orden a determinar 
los factores de intensificación de tensión. K1 y K11 . 

ABSTRACT: 

A Dynamic Photoelastic arrangement using a nine spark Cranz-Schardin camera is presentad. A level of resolution of 
m icroseconds in the pictures is obtained. This level allows to onalyze tronsient periods inmediately after an impact hos 
been produced on the structure. The analysis of o cracked portal frame is included finding that the level of resolution in 
the isochromotic pattern is gxxJ enough to apply several methods, basad on the singulor field or on a far field solution, in 
order to estimate the values of the stress intensity factors, K1 and K11 . 

1.- INTRODUCCION 

El análisis de estructuras fisuradas sometidas a cargas 
de impacto constituye un tema de gran interés dentro de la 
Ingeniería Mecánica y Civil, no tan sólo por el número de 

casos en que dicha situación puede presentarse, sino sobre 
todo por las condiciones de seguridad que suele acompañar a 
las estructuras donde dichas situaciones se presentan 
(plataformas off-shore, todo tipo de estructuras militares, 
etc .. ). 

Se trata de un problema enormemente complejo donde 
confluyen varias fuentes de nolinealidades, cada una de las 
cuales constituye por s1 misma una rama de la Mecánica de 
Medios Continuos. Por un lOO:l, el carácter dinámico de la 

situación agravOO:l por la necesidad del estudio del régimen 
transitorio posterior al impacto. Por otro lOO:l, la existencia 
de fisuras requiere la introducción de los conceptos 
asociados a la Mecánica de la Fractura. Finalmente, dichas 
fisuras pueden generar la aparición de zonas de 
comportamiento plástico del material (con la posible 
aparición de rótulas en el caso de estructuras aporticadas), 
con lo que no sería válido el utilizar una teoría elástica lineal 
de comportamiento del material. 

Por todo ello. no existen estudios analiticos que se 
puedan considerar generales, para abordar este tipo de 
problemas. si bien soluciones particulares han sido 
obtenidas, Sih y Loeber [ 1]. Than y Lu [2]. Un, Keer y 
Achenbach [3]. 
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Los métcms numéricos han sioo ut1lizados para abordar 
situtciones más compl1cadas. Así, formultciones con 
Diferencies Finitas, Chen [ 4); Elementos Finitos, Murti y 

Valliappan [ 5], y Elementos de Contorno, Dominguez y 
Chirino [ 6), han sioo presentadas. En tcms los tratamientos, 
el problema aparece con un alto nivel de complejidOO 
derivaoo en algunos casos de la necesidOO de utilizar una 
discretización muy fina en el entorno de la fisura o un 
tamaí"ío de elemento condicionaoo por el intervalo de 
integrtción, y en otros por el volumen de informtción 
necesaria que es preciso alcanzar para problemas con 
geometrías reales. 

La FotoelesticidOO Dinámica aparece en la tctualidOO 
como una herramienta út11 para abordar este tipo de 
problemas. Ha sioo utilizada para problemas de propagt"Ción 
de grietes, Kobayashi y Fourney [ 7). esl como para analizar 
comportamiento mecánico en ensayos, Mines y Ruiz [ 8). 

No existen muchos trabajos encaminados al análisis del 
régimen transitorio que sigue al impacto. Ruiz, Salvatorelli 
y H111soon [ 9) han estudiaoo el efecto de grietes en la 
resistencia estructural de configurtciones de vigas y 
pórticos simples bajo cargas de impacto, usanoo 
FotoelesticidOO Dinámica y realizanoo un análisis del 
problema con Diferencias Finitas. Más recientemente Ruiz, 
Salvatorelli y Parls [ 1 O), profundizaron en la evolución de 
los footores de intensificooión de tensiones en los instantes 
posteriores al impooto a partir de la FotoelesticidOO 
Dinámica, usanoo cámara de un solo disparo. 

En este trabajo se aborda la real1ztción e 
instrumentoción de un ensayo para anal1zar problemas de 
estructuras fisuradas sometidas a cargas de impooto, 
ut1lizanoo cámara de multiple disparo. Los equipos ut1lizados 
se describen en el apartaoo 2. El apartaoo 3 se dedica a la 
descripción del ensayo y a mostrar algunos resultados 
obtenidos de la informooión que produce el ensayo. 

Daoo que este trabajo representa una primera etapa en 
el estudio de estructures fisuradas sometidas a cargas de 
impooto, en el laboratorio de Resistencia de Materiales de la 
E. T. S. l. 1. de Sev11la, se ha puesto un énfasis especial en 
enumerar les dificultades encontradas en la realización y 

puesta a punto del ensayo así como les soluciones aooptadas 
para resolverles. 

2.- DESCRIPCION DEL BANCO DE FOTOELASTICIDAD 
DINAMICA. 

La Fig. 1 representa esquemáticamente la descripción y 

conexión de los diferentes elementos que constituyen el 

banco para realizar pruebes de impocto de baja energía. 

La parte superior representa la configurooión de un 
polariscopio circular clásico con la inclusión de una lente 
que permite reco;¡er la informooión de una cámara de 
Cranz-Schardin de nueve disparos. Tcms estos elementos se 
encuentran situados sobre una viga para permitir su 
correcta alineooión, condición absolutamente indispensable 
para obtener buenos resultados. 

La parte inferior de la Figura reco;¡e los dispositivos 
electronicos ut1lizados para instrumental izar y controlar el 
experimento. 

A continutción se detallan los elementos de mayor 
interés. 

- Unidad productora de Juz. 

Para esta clase de ensayos se pueden utilizar dos tipos de 
unidOO productora de luz. Las de múltiple disparo y les de un 
solo disparo. Estas últimas tienen como ventaja fundamental 
por el mayor tamaí"ío del negativo que se puede usar, la 
calidOO de la imagen obtenida Ruiz et al [ 1 0). Su mayor 
inconveniente es que sólo puede obtenerse informooión de un 
instante del ensayo y si se quiere reproducir la evolución de 
una variable con el tiempo, es preciso superponer 
resultados de diferentes experimentos. La unidOO múltiple 
de producción de luz subsana este problema si bien no 
resulta fác11 obtener una calidOO equivalente debioo al menor 
tamaí"ío de los negativos y a la dificultad de ajustar con la 
misma precisión les nueve imágenes. Problemas de 
interferencia aparecen también por lo que no es fác1lmente 
reproducible un ensayo, en el sentloo de obtener 
informooión en los mismos instantes de tiempo y en general, 
en unos previamente establecidos. 

Las carooterlstlcas de la luz producida en cada disparo 
son las siguientes: 

Duración del flash : 1 o-7 segundos. 
Energía del flash : 2.5 Julios. 

Daoo que en el tipo de material que se va a utilizar para 
el specimen, la velocidOO de propeq¡ción de la onda es del 
orden de 2000 m/seg, la informooión que se obtiene reco;¡e 
un posible desplazamiento de les linees isocromáticas de 0.2 
mm., lo que se puede considerar suficiente para el análisis 
que se realiza. 

- La probeta. 

Daoo que se trata de un impooto de baja energía y que el 
tamaí"ío de grieta está condicionaoo por el tamaí"ío de la 
estructura que es posible ensayar ,es deseable más que nunca 
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Fig. 1.- Representación esquemática del banco fotoolástico 

disponer de un material fotoelástico con un valor de factor 
de franja lo más peQueño posible, y que al mismo tiempo sea 
f~llmente trabajable, fundamentalmente en lo que a 
preparación de grietas se refiere. Esta circunstancia 
descarta a cierto tipo de materiales como el Makrolon de 
bajo valor de factor de franja pero muy dúctil, lo que hace 
inviable la mecanización de fisuras. Se ha utillzaoo Araldlte 
CT-200 con las siguientes propledOOes: 

más adelante se indican. 

- El dispositivo de carga de la probeta. 

En orden a conseguir una mayor repetibilidad en el 
impacto, este se efectúa utilizando un impactor fijo que 
descansa directamente sobre la probeta y que recibe a su vez 
el Impacto de un proyectil que se desliza en el Interior de un 
tubo guia. La repetibilldad se cheQuea comparando para 
diferentes pruebas, la señal de una banda extensométrica 
adosada a la superficie del impactor fijo. La señal de esta 
banda extensométrica permite también disponer de un 
origen de tiempos al que referir las secuencias de los 
destellos de luz. El impactor fijo es una barra cillndrica de 
Perspex y el móvil es una barra cilíndrica hueca para 
admitir peso variable. 

Módulo de Elasticidad: 320 Kg/mm2 
Densidad: 1120 Kgm-3 
COOficlente de Polsson: 0.36 
Factor de franja estático: 1.05 Kg/mm 

Este tipo de material admite el trabajo en frlo sin que se 
generen tensiones residuales. Las grietas que se realizan 
con un pelo de marquetería previamente amolado, quedando 
finalmente con un espesor de 0.2 mm. 

La mecanización de la grieta en orden a simular la 
teórica debe guardar un cierto compromiso para reproducir, 
por un lado, el campo tensional teórico. y evitar, por otro, 
tanto roturas del pórtico como imágenes no deseables que 

-Lo cámoro. 

Este elemento constituye, dentro del polariscopio el de 
más parámetros a ajustar con una gran sensibilidad a cada 
uno de ellos por lo que resulta con diferencia, el elemento 
más complejo dentro del polariscopio. 
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Las variables que influyen en el correcto funcionamiento 
de este elemento son la distancia a la lente. el enfoque 
(profundidad del fuelle a la cámara). la alineación (en las 
tres dimensiones), y externamente a la cámera pero 
asociados a ella hay que introducir los filtros, la película a 
usar y el posterior procesado de la misma. 

Los asociados a factores geométricos. hay que 
combinarlos de la manera más adecuada posible para 
conseguir que las imágenes aparezcan en las nueve lentes de 
la cámara. lo menos distorsionadas posible y con el mayor 
tamaño posible para mejorar el nivel de resolución del 
negativo. 

Dado que durante el ensayo no es posible ajustar ningún 
parámetro. es preciso antes de real izar lo proceder a un 
ajuste en régimen estático, para lo cual se colocan nueve 
fuentes permanentes de luz en las posiciones de los nueve 
disparos, cargandose el pórtico estáticamente, lo que 
permite determinar la combinación de variables 
geométricas que mejor visión de las franjas produce. 

Para el trabajo en blanco y negro los flltros son 
absolutamente necesarios pese a que disminuyen la cantidad 
de luz (no excesiva) que recibe la película. Se han probado 
diferentes filtros. encontrandose los mejores resultados en 
cuanto a nitidez y estrechamiento de las isocromáticas para 
filtros verdes Kodak Wratten nº 58. También la película 
Kodak TMY-120 produce franjas mejor definidas y mayor 
contraste. 

- la instrumentación eJectronica. 

La instrumentación electrónica empleada en el ensayo 
tiene como función recoger la evolución de las deformaciones 
en el impactar fijo usado en el sistema de carga y utilizada 
para provocar la activación de la fuente de luz de acuerdo al 
tiempo de retardo selecionado previamente al ensayo. 

Como se indica en la Fig. 1 .• la señal recogida por la 
banda extensométrica situada en el impactar fijo se registra 
gráficamente en el osciloscopio y pasa a un circuito 
comparador cuya misión es convertirla en una función 
escalón que produce la activación del temporizador que de 
acuerdo a los intervalos previamente seleccionados activa a 
su vez la producción de los nueve destellos de luz. 

Dado que la fiabilidad del temporizador no es muy alta, 
una fotocélula recoge la intensidad de la luz asociada a los 
nueve destellos, quedando dicha información en el 
osciloscopio para poder establecer los intervalos reales de 
tiempo en que se han producido los destellos. 

3.- Descripción del Ensayo y Resultados 

El ensayo debe realizarse con el laboratorio en oscuridad 
total, alcanzada la cual, la película se coloca manualmente en 
expos1c1on. Previamente, en el temporizador se han 
seleccionado los intervalos de tiempos deseados entre 
sucesivos destellos de luz, así como el retraso inicial. Al 
producirse el impacto, la banda adosada al impactar fijo se 
deforma y de acuerdo con el proceso anteriormente explicado 
se almacena la señal de dicha banda extensométrica y la de la 
fotocélula en el osciloscopio, habiendo quedado impreso en la 
película nueve situaciones posteriores al impacto. 

La Fig. 2 .• recoge esquemáticame8te la configuración de 
una estructura ensayada. 

15.8 

~pactor móvi 1 Ul (m= 55 gr) 

Pórtico 

115 

tubo 
guía 

lmpactor fijo 

.. \ 

lO 
(X) 

Fig 2.- Esquema de la estructura ensayada (cotas en mm.) 

Se trata de un pórtico de tres barras, doblemente 
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empotrado. con un espesor de 3 mm. La Fig. 3 .• recoge la 
información obtenida en el osciloscopio y la Fig. 4 .• muestra 
la secuencia de 9 configuraciones de isocromáticas obtenidas 
en los tiempos que se indican y que han sido deducidas de la 
señal de la fotocélula registrada en el osciloscopio. 

Fig. 3. Información obtenida del osciloscopio 

Fotografla 1 (t = 68 ~sg.) Fotografla 2 (t = 70 ~ sg.) Fotografía 3 (t = 95 ~ sg.) 

Fotografla 4(t = 108 ~sg.) Fotografla 5 (t = 11 O ~ sg.) Fotografla 6 (t = 185 ~ sg. 

Fotografla 7 (t = 200 ~ sg.) Fotografla 8 (t = 210 ~sg.) Fotografía 9 (t = 340 ~ sg. 

Fig. 4.- Secuencia de 9 disparos. Resultados 



VI ENCUENTRO DEL GRUPO ESPAÑOL DE FRACTURA 

En este ensayo se hablan seleccionado previamente 
Intervalos de tiempo de 15 ¡t.seg., por lo que dicha 
información debe considerarse solo cualitativa y tomar como 
medida real la sei'lal de la fotocélula, tal como se ha hecho. 

En la sei'lal de la banda extensométrica que aparece en la 
parte superior de la Fig. 3 .• puede observarse que entre el 
primer pico y el segundo pico hay un Intervalo de 90 ¡t.seg., 
que representa el tiempo que la onda tarda en viajar desde la 
banda, hasta el extremo del impactar fijo y reflejarse hasta 
pasar por ella. Este tiempo obtenido se corresponde con la 
distancia Indicada y la velocidad de propagación de la onda en 
el Perspex. 

La secuencia de fotografías mostradas en la Fig. 4., 
ilustra las siguientes conclusiones: 

- En las dos primeras fotograflas, donde aún la onda 
provocada por el impacto no ha alcanzado la fisura y por 
tanto la distribución de isocromáticas es independiente de la 
existencia de la misma, puede apreciarse que el estado 
tensional es absolutamente diferente al de flexión. 

- En las fotografías 3, 4 y 5la onda acaba de alcanzar la 
fisura y el estado tensional que aparece próximo al fondo de 
grieta reproduce casi un estado puro de K1, no habiendose 
aún producido interferencias por haber alcanzado lo onda la 
unión viga-pilar. 

- En las fotografías 1 a 5 existe contacto entre el 
Impactar fijo y el pórtico, por la concentración de 
lsocromátlcas existentes. En las fotogroflas 6, 7 y 8 no hay 
contacto entre impactar y pórtico apareciendo en la viga un 
estado tensional típico de los efectos inerciales de flexión. 
En la fotografía 9 se puede apreciar que después del rebote 
aparece un 22 impacto, que provoca un estado tensionol local 
equivalente al primero. 

- En las fotografías 6. 7. 8 y 9 pueden observarse 
estados tenslonales muy complejos en el entorno de la fisura. 
Así aunque la fotografía 9 y la 4, presentan similares 
distribuciones tenslonales en la viga, en la fisura son 
absolutamente diferentes. La razón de esta complejidad es la 
interferencia que origina en la propagación de las ondas la 
existencia del nudo, provocando reflexiones que generan los 
estados tensionales, no habituales, que aparecen en el fondo 
de grieta cuanóJ las lsocromátlcas ya aparecen en los 
pilares. 

-En general puede observarse en todas las fotograflas el 
efecto local de la flsuro ya que a una cierto distoncia de la 
mismo no hay diferencia entre las partes derecha e izquierda 

del pórtico. 

Puede observarse que en algunas ocasiones, vease por 
ejemplo la fotografía 4, aparece un pseudocaustica, 
fenómeno ya referenciado por Rosmanith [ 11 ]. Su tamai'lo 
aumenta con la carga aplicada y con la perfección del fondo de 
grieta. Puede eliminarse (al menos estáticamente) variando 
el enfoque, si bien las franjas pierden nlti002. 
Dinámicamente es prácticamente imposible de eliminar dado 
que no aparece por igual en todas las fotografías y que no se 
puede perder nltl002. Aunque no es un fenómeno deseable, 
desde un punto de vista práctico no resulta muy perjudicial 
dado que solo oculta el tamaño de la grieta, que es conocido. 
En algunos casos también podrfa ocultar una lsocromátlca, 
que normalmente no puede considerarse como útil en la 
evaluación de K1 y K11 • por las proporciones del tamaño de 
grieta y el espesor del especimen así como por el método a 
emplear para dicha evaluación. 

La información contenida en las fotografías puede 
cuantificarse para evaluar el estado tensional en el régimen 
transitorio estudiado. En concreto, los valores de K1 y K11 en 
la fisura, pueden ser calculados. Asf se vo a realizar dicho 
cálculo sobre la configuración que aparece en la fotografía 5. 
Dado que se tratB de una configuración de isocromáticas que 
representa Bproximadamente el caso 1, diferentes métodos 
pueden ser utilizados. 

Lo más senc1llo y directo es suponer K11= O, y aplicar el 
método de lrwin a la isocromática más cercana al fondo de 
grieta . K1• con referencia a la Flg. 5 .• toma el siguiente 
valor 

donde: N =Orden de franjB 
f = Factor de franja del material 
t = Espesor de la probeta 

A 

Flg. 5. Geometría de la fisura 
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El punto A de la isocromátlca más cercana (de orden 2) 
se encuentra en r/h = 0.6 que es superior al valor 
encontr800 por Rosakis y Ravi-Shandar [ 12], para que no 
aparezcan efectos tridimensionales. 

La alternativa más general, es aplicar un método de 
campo lejano para evaluar K1 y k11 , lo que permite incluir 

más lsocromáticas. En este caso, sólo la de orden 1 poorla 
al'ladirse . Siguiendo a Cottron y Lagarde [ 13), el est800 
tensional puede representarse por tres funciones de 
variable compleja: 

~ [ ]-1 n.J. 
Z (z) = L n -1 A z 2 

1 
0 

2 n 
n• 

~ [ ]-1 m-.1 
Z (z) = L m -1 B z 2 

11 m-o 2 m 

TJ <z> = ~ e l 
p•O p 

En la configuración que se está analizando sólo se dispone 
de dos isocromáticas por lo que sólo se han tomado 16 puntos 
para ajustar el desarrollo en serie ( 6 sobre N= 2, 1 O sobre 
N=l ). 

En la tabla 1 se recogen los resultados obtenidos para 
ambos métooos. En este último, se han tom800 diferentes 
combinaciones de número de términos en les tres series. 

Dado que el factor de franja del material anteriormente 
lndic800 corresponde a una situación estática, se ha 
representado en dicha tabla valores adimenslonales de k¡. 

K 
k=--'-:== 

1 o ,¡-;;; .. 

donde o .. representa el est800 tensional existente en el 
punto asoci800 al fondo de grieta, si esta no existiese. (Dicho 
est800 tensional puede tomarse, debido al efecto local de la 
fisura, dell800 opuesto al pórtico 800nde ésta se encuentra) 

Método de lrwin 2.14 -

Desarrollo en serie 
M N p 

o 1 .1 1.9688 -

1 1 1 1.94 0,08 

2 2 2 2,11 0,06 

Tabla 1. Valores de k1 y k11 • 

El primer valor del desarrollo en serie con M=O • 
representa una aproximación de lrwin, aunque con valores 
de campo lejano. El valor obtenido con 1 término de cada 
serie, corresponde a una solución equivalente al Método de 
Sanford y Dally [ 14), que concuerda absolutamente con los 
valores anteriores. 

La buena concordancia encontrada entre t008S les 
posibilidades chequeadas es debido a la existencia, como se 
había supuesto, de un K11 casi nulo y pone de manifiesto que 
es correcto para este caso considerar que prevalece el campo 
singular en la lsocromática de orden 2. 

No se han mostr800 valores obtenidos con más términos 
de los desarrollos, d800 que aparecen resultados discrepantes 
cuando se disminuye la relación entre el número de puntos 
utilizados para la aproximación y el número de términos del 
desarrollo, Rives, Picón, París y Lera, [ 15). 

4.- Conclusiones. 

Se ha construido un banco de Fotoelesticidad Dinámica 
que permite calcular factores de intensidad de tensiones 
provocados por cargas de impacto. D800 que la información 
almacenada (nueve puntos) es considerable se poorán 
realizar estudios exhaustivos de les fases que se estimen de 
interés durante el transitorio posterior al impacto . 

Diferentes métooos de evaluar K1 y K11 han sido 
utilizados, llevando a valores muy similares. 

Para poder determinar valores absolutos de los factores 
de intensidad de tensión, es preciso calcular el factor de 
franja dinámico, para lo que será necesario realizar un 
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ensayo sobre una situ~ión simple cuya solución sea 
conocida, lo que permitirá car~terlzar el material. 

Desde otro punto de vista, ha podioo apreciarse que la 
fisura tiene un efecto puramente local. La Fotoelasticidad 
puede permitir ~ter dicho efecto. En tal caso, sería 
posible realizar un estudio simp lificaOO de la estructura sin 
grieta (a través de un modelo de barras) sometida a imp~to. 
La ~t~ión definida por la fotoelasticidad permitirá 
conocer sobre este modelo los valores de los esfuerzos en la 
zona límite, valores que pueden ser Introducidos como 
~iones (apllcanoo las leyes de la Resistencia de 
Materiales) a la zona que incluye los efectos locales de la 
grieta. Dicha zona podría analizarse con un Métaoo de 
Elementos Flnltos o de Contorno, habiendose reducido 
enormemente el número de grados de libertad del problema. 
Esta podría ser una forma comput~lonalmente f~tible de 
abordar el análisis de estructuras fisuradas de un gran 
número de barras sometidas a cargas de imp~to. 

Los autores quieren expresar su agradecimiento al 
Profesor Garlos Rulz de la Universidad de Oxford por sus 
inestimables consejos en la configur~ión del Banco y a 
Antonio Cañas por su valiosa asistencia en la ejecución de los 
experimentos. 
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TENACIDAD A LA FRACTURA DE LAS UNIONES SOLDADAS DE UN 
ACERO INOXIDABLE AUSTENOFERRITICO 22.05 

L.M. Plaza, F. Santamaría, E. Erauzkin 
A. Gil-Negrete y A.M. Irisarri 

INASMET 

BARRIO IGARA S/N 20009 - SAN SEBASTIAN 

se ha estudiado la evolución de la tenacidad a la fractura de las uniones 
soldadas de chapas de 13,5 mm. de espesor de un acero inoxidable austenoferrítico 22-05, en fun
ción de la temperatura de ensayo. Las probetas de acero base, tanto longitudinales como transver
sales, muestran un notable cambio de tenacidad, causado por el cambio de mecanismo de fractura 
en la ferrita. Sin embargo, la influencia ejercida sobre la tenacidad de metal aportado es prácti
camente nula. se ha considerado que el alto contenido en inclusiones que facilita la actuación de 
un mecanismo de coalescencia de microvacíos a todas las temperaturas es responsable de esta ausen
cia de efecto. 

The fracture toughness of welded joints in plates of 13.5 mm thickness in 
22-05 duplex stainless steels versus testing temperature has been studied. Both longitudinal and 
transverse samples of parents steel show a marked change in toughness, produced by a change in the 
fracture mechanism in ferrite. However, weld metal toughness is 'scarcely modified by testing tem
perature. The high number of inclusions which facilitates the action of a mechanism of microvoid 
coalescence is responsible of this absence of effect. 

1. INTRODUCCION 

El uso de los aceros inoxidables austenoferrí
ticos está experimentando una clara expansión 
en aqqellas aplicaciones en que se requiere 
una adecuada combinación de resistencia mecá
nica, tenacidad y buen comportamiento frente 
a la corrosión, tanto localizada como bajo 
tensiones (1 l . 

Como su propio nombre indica, un acero inoxi
dable austenoferrítico es aquel que contiene 
dos fases austenita y ferrita -ambas con un 
porcentaje en cromo superior al 12% que garan
tice su carácter inoxidable (2). La austenita 
proporciona al acero tenacidad y resistencia 
a la corrosión generalizada en tanto que la 
ferrita incrementa la resistencia mecánica y 
mejora la actitud del material frente a la 
corrosión bajo tensiones. La óptima combina
ción de estas propiedades se logra con un ba
lance entre los contenidos de ferrita y aus-

tenita cercano al 50/50. En el acero base for
jado, esta proporción se consigue mediante un 
correcto control de composición y tratamiento 
térmico. En las uniones soldadas la consecu
ción de este balance resulta mucho más comple
ja, dependiendo de la composición, temperatura 
más alta alcanzada en el proceso y velocidad 
de enfriamiento desde esta temperatura (3). 

La coexistencia de las dos fases en la micro
estructura de material base, metal aportaCb y 
zona afectada térmicamente hace particularmen
te complejo el comportamiento a la fractura de 
este tipo de acero. En tanto que la austenita 
presenta una fractura de tipo dúctil por coa
lescencia de microvacíos, incluso a temperatu
ras sumamente bajas, la ferrita muestra una 
propensión creciente a la actuación de un me
canismo de fractura frágil por descohesión 
conforme disminuye la temperatura. 
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2. TECNICA EXPERIMENTAL 
2.1. Material estudiado 

El estudio se efectuó a partir de una chapa de 
13.5 mm de espesor de acero austenoferrítico 
de calidad ASTM A 240 tipo UNS 31803 (5). Este 
acero aparece referenciado mucho más a menudo 
en la bibliografia con la denominación 22-05, 
indicando sus contenidos promedios en cromo y 
niquel respectivamente. La composición quimi
ca de la chapa utilizada en el presente tra
bajo se ofrece en la tabla l. 

TABLA l. Composición quimica del acero estu
diado. 

e 
0.017 

Si 
0.41 

Ni 
5.6 

Mn 
1.48 

Me 
3.0 

p 

0.028 
S 

0.001 
Cr 

22.1 

En su estado de recepción-recocido de solubi
lización tras el proceso de laminación en ca
liente- la chapa posee, en su dirección lon
gitudinal, las características mecánicas que 
se muestran en la tabla 2. 

TABLA 2. Caracteristicas mecánicas de la chapa 

L.E. 0.2% (MPa) 

553 
C.R. (MPa) 

782 
A (%) 

37 

Sobre esta chapa en su dirección transversal 
se realizó una unión soldada en media V utili
zando el proceso de soldadura manual de arco 
eléctrico. En la referencia (6) de la biblio
grafía puede encontrarse una descripción más 
amplia de las condiciones de ejecución de esta 
unión soldada. 

2.2. Ensayos mecánicos 

La caracterización de la tenacidad a la frac
tura se basó en ensayos de medida del despla
zamiento de apertura de la grieta (COD) , uti
lizando probetas de doblado en tres puntos de 
acuerdo con las indicaciones de la norma BS 
5762 (7). La orientación de estas probetas co
rresponde a la L-T según la figura 1 de la nor
ma ASTM E399 (8) , siendo sus dimensiones de 
124 x 27 x 13.5 mm. En un conjunto de estas 
probetas la entalla se mecanizó en el material 
base en tanto que en el otro se situó sobre el 
metal aportado. En todas estas probetas se 
creó una grieta de fatiga en el fondo de la 
entalla por aplicación de una carga sinusoidal, 
reduciendo el valor de esta carga conforme la 
grieta se aproxima a la longitud deseada, con 
el fin de que se cumplan las exigencias esta
blecidas en el punto 7.1. de la citada norma 
BS 5762 (7). Los ensayos de estas probetas se 
efectuaron en el margen de temperaturas com
prendido entre-bO y 209 e, utilizando un juego 
de 3 probetas por temperatura. 

Como complemento a los datos obtenidos en estos 
ensayos se mecanizaron diversos juegos de pro
beta de resiliencia, situándose la entalla en 
el acero base -probetas longitudinales y trans
versales- en la zona afectada vertical y en el 
metal aportado. Estas probetas se ensayaron en 

el intervalo de temperaturas de -100 a 209C, 
midiéndose la energía absorbida en el curso 
del impacto y la expansión lateral experimenta-
da por efecto del mismo. · 

2.3. Estudio metalográfico y fractográfico 

La caracterización metalográfica del material 
se efectuó sobre probetas extraidas en las di
recciones longitudinal y transversal del acero 
base, así como otras transversales a la unión 
soldada que comprenden las zonas de metal apor
tado y las dos afectadas térmicamente: vertical 
e inclinada. 

Por otro lado, al menos una probeta de cada 
juego ensayado se destinó al estudio de su 
superficie de fractura en el microscopio elec
trónico de barrido, con el fin de determinar 
el mecanismo operando en cada caso. 

3. RESULTADOS Y DISCUSION 

La figura 1 muestra la variación del valor me
dio del desplazamiento de apertura de grieta 
(COD) con la temperatura de ensayo en las pro
betas con entalla situada en el acero base. Se 
puede apreciar una sensible influencia de la 
temperatura sobre el comportamiento a la frac
tura del mismo. A las temperaturas más altas 
del rango estudiado, la grieta progresa de ma
nera estable a lo largo de todo el proceso de 
rotura. En el margen de temperaturas interme
dio, la fractura se inicia por un crecimiento 
estable de la grieta, con subida paulatina de 
la carga aplicada sobre la probeta, seguida de 
una rápida propagación inestable de la misma 
que se traduce en una súbita disminución de 
la carga. Finalmente, en las probetas ensaya
das a la temperatura más baja (-609C), no se 
observa ningún tipo de crecimiento estable de 
la grieta que preceda a esta progresión inesta
ble de la misma. Este cambio de comportamiento 
conduce a la aplicación de diferentes criterios 
<o e, o u ó oml en el cálculo del valor del 
desplazamiento de apertura de grieta (6), tal 
y como se señalaba en la mencionada figura l. 
Como se comentará posteriormente, las observa
ciones fractográficas confirman este cambio de 
comportamiento a la fractura. 

Por el contrario, la representación del valor 
medio del desplazamiento de apertura de grieta 
frente a la temperatura de ensayo de las probe
tas con la entalla en el metal aportado, pone 
de manifiesto el prácticamente nulo efecto de 
dicha temperatura sobre la tenacidad del mate
rial (figura 2) . Las barras verticales que in
dican el rango de variación entre los valores 
máximo y mínimo a una cierta temperatura, de
muestran que las diferencias encontradas entre 
dos valores correspondientes a una misma tem
peratura, pueden superar ampliamente a las 
existentes entre los valores medios correspon
dientes a dos temperaturas distintas. 

Las gráficas de las figuras 3 y 4, que muestran 
el efecto de la temperatura sobre los valores 
de energía absorbida y expansión latera·:!.~ re
gistrados en los ensayos de resiliencia, con-
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firman esta ausencia de influencia de la tem
peratura sobre la tenacidad del metal aporta
do. Además estas gráficas permiten comprobar 
otros dos aspectos dignos de ser señalados. 
Por un lado, se aprecia que las probetas con 
entalla en la zona afectada también presentan 
una transición en su comportamiento a la frac
tura en función de la temperatura de ensayo. ; 

Por otra parte, se detecta una marcada direc
cionalidad en la tenacidad a la fractura del 
acero base. Esta propiedad resulta claramente 
más alta en las probetas en que la fractura se 
propaga en dirección perpendicular a la de la
minación (probetas L-T) , frente a aquellas 
otras en que progresa paralela a dicha direc
ción de laminación de la chapa (T-L) . Solonon 
y Devine han señalado un comportamiento simi
lar en otros aceros austenoferriticos, atribu
yéndolo a la anisotropia microestructural de 
las mismas (9,10). Basta una simple compara
ción de las micrografías de las figuras 5 y 6, 
correspondientes a las direcciones longitudinal 
y transversal, respectivamente, para comprobar 
la existencia de una anisotropia de este tipo 
en el material estudiado. 

Las observaciones realizadas en la superficie 
de fractura de todas estas probetas confirman 
la validez de los comentarios efectuados en 
base a los resultados obtenidos en los ensayos. 
La figura 7 pone de manifiesto la evolución en 
el aspecto fractográfico de las probetas COD, 
con entalla en el acero base, ensayadas a dife
rentes temperaturas. Las probetas ensayadas a 
las temperaturas más altas muestran una morfo
logía típica de una fractura dúctil, punto que 
se ve respaldado por el examen en el microsco
pio electrónico de barrido que revela que la 
práctica totalidad de la superficie se encuen
tra cubierta por cúpulas dúctiles (figura 8) , 
propias de la actuación de un mecanismo de coa
lescencia de microvacios. 

En la superficie de las probetas ensayadas a 
temperaturas más bajas aparecen unas fisuras 
alargadas en la dirección de progresión de la 
fractura, cuyo número, longitud y proximidad 
a la grieta creada por fatiga aumentan confor
me disminuye la temperatura de ensayo. Esto 
llega a tal punto de que en las probetas ensa
yadas a las temperaturas más bajas de todas 
las estudiadas, estas fisuras se hallan tan 
sumamente próximas a dicha grieta de fatiga 
que incluso penetran ligeramente en la misma 
(figura 9). 

Las paredes de estas fisuras poseen un carác
ter frágil, característico de la actuación de 
un mecanismo de descohesión, contrariamente al 
resto de la superficie de fractura, cubierto 
por cúpulas dúctiles. Se considera que la brus
ca propagación de estas fisuras es la causante 
de la súbita bajada de carga registrada en las 
curvas de la carga aplicada frente al despla
zamiento de apertura del extensómetro, obli
gando a cambiar el criterio utilizado en el 
cálculo del COD con respecto al empleado a tem
peraturas más elevadas. La notable profundidad 
de estas fisuras se ha atribuido a la dispo
sición de una fase frágil -en este caso la 

ferrita- en bandas alargadas en la dirección 
perpendicular al plano principal de la frac
tura, lo cual provoca un cierto agrietamiento 
secundario en dicha dirección Ü1). 

Esta propagación frágil de las fisuras se de
tiene, cambiando el mecanismo operante a uno 
de tipo dúctil, cuando encuentra en su camino 
una banda de austenita, fase que bajo ninguna 
circunstancia sufrirá una fractura por desco
hesión (4) . La figura 10, que muestra el fi
nal de una estas fisuras, permite comprobar la 
variación en la morfología de la fractura, pro
ducida por un cambio en el mecanismo operante. 

En la superficie de fractura de las probetas 
transversales (T-L) se observan largas fran
jas de fractura frágil por descohesión y de 
cúpulas dúctiles, paralelas entre si, asocia
das con las bandas de ferrita y austenita, 
respectivamente. No se detecta ningún signo 
de fisuras, similares a las encontradas en las 
probetas longitudinales, sino que las zonas de 
fractura por descohesión muestran un aspecto 
marcadamente liso. Ello se debe a que en estas 
probetas el bandeado de las fases no se halla 
situado en una dirección perpendicular al pla
no de propagación de la fractura, sino parale
lo al mismo. En consecuencia, existirá una 
mayor dificultad para que una grieta frágil 
encuentre en su camino una banda o islote de 
austenita que detenga su progresión inestable, 
justificando la menor tenacidad de estas pro
betas. 

Tal y como se aprecia en la micrografía de la 
figura 11, el metal aportado posee un conteni
do en ferrita sensiblemente superior al exis
tente en el acero base, punto que ha sido con
firmado por las medidas realizadas por otros 
métodos (12). Este hecho se debería traducir, 
en principio, en un cambio más acentuado de la 
morfología de la fractura, con la temperatura 
de ensayo, y una menor tenacidad con respecto 
al material base. Este último aspecto se ha 
visto confirmado por los resultados experimen
tales, en concordancia con las observaciones 
realizadas por otros autores (13,14). 

Por el contrario, no se detecta ninguna varia
ción en la morfología de las superficies de 
fractura con la temperatura de ensayo, hecho 
que se encuentra en total acuerdo con la falta 
de efecto observada en los ensayos mecánicos. 

En todas las probetas, la gran mayoría de la 
superficie de fractura se encuentra cubierta 
por cúpulas dúctiles, indicando que el meca
nismo operante a cualquier temperatura es uno 
de coalescencia de microvacíos (figura 12). El 
análisis por dispersión de energía de rayos X 
pone de manifiesto la existencia de dos tipos 
de partículas diferentes en el interior de 
estas cúpulas. En las de mayor tamaño se de
tecta la presencia de oxigeno, silicio, azufre 
titanio, cromo, manganeso y hierro, en porcen
tajes que varían de una a otra, indicando que 
estas partículas poseen un carácter complejo. 
Por el contrario, el análisis de las partícu
las más pequeñas parece indicar que las mis
mas corresponden a carburos de cromo, y, en 
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menor proporción, de hierro. Se ha atribuido 
al elevado número de partículas existentes en 
el metal aportado la coincidencia en el meca
nismo de fractura operante a las distintas 
temperaturas que, en todas ellas, corresponde 
a uno de coalescencia de microvacíos (6). 

Tan solo en algunas áreas minimas se aprecia 
la morfología característica de la actuación 
de un mecanismo por descohesión (figura 13) . 
Afortunadamente, las partículas responsables 
de este cambio de mecanismo no se han despren
dido en el curso del ensayo pudiendo haber si
do identificada como carburos de cromo situa
dos en las intercaras ferrita-austenita. 

Finalmente, las probetas con la entalla en la 
zona afectada térmicamente presentan un marca
do cambio de morfología, de acuerdo con el ele
vado contenido de ferrita en las mismas, fá
cilmente observable en la micrografía de la 
figura 14. Conforme disminuye la temperatura 
de ensayo las áreas de fractura por descohe
sión se hacen más extensas, quedando restrin
gida la fractura dúctil a los islotes de aus
tenita presentes en la microestructura. Ade
más, en todas estas probetas se aprecian unas 
placas cuyo aspecto difiere tanto de las zonas 
difíciles como de las dúctiles (figura 15) . El 
análisis por dispersión de energía de rayos X 
revela que se trata de una fase rica en cromo, 
cuya identificación precisa debe ser objeto de 
un estudio más profundo (15). 

4. CONCLUSIONES 

a.- El acero base presenta un acusado cambio 
en la tenacidad con la temperatura de en
sayo, tanto en las probetas longitudinales 
como transversales. 

b.- En las probetas longitudinales, a las tem
peraturas más altas, la totalidad de la 
superficie de fractura se encuentra cubier
ta por cúpulas dúctiles, propias de un me
canismo de coalescencia de microvacíos. A 
temperaturas más bajas, se observan profun
das fisuras alargadas en la dirección de 
propagación de la fractura, cuyo número, 
longitud y proximidad a la grieta creada 
por fatiga aumenta conforme disminuye la 
temperatura de ensayo. 

c.- Por el contrario, en las probetas transver
sales no se detecta ningún signo de este 
tipo de fisuras, estando la superficie de 
fractura de las ensayadas a las temperatu
ras más bajas cubierta por franjas alter
nadas de fractura dúctil y frágil. 

d.- No se aprecia ningún cambio destacable en 
la tenacidad del metal aportado. A todas 
las temperaturas la mayoría de la superfi
cie de fractura está cubierta por cúpulas 
dúctiles, originadas por el elevado número 
de partículas presentes, indicando que en 
todos los casos el mecanismo operante ha 
sido uno de coalescencia de microvacíos y 
justificando la ausencia de efecto de la 
temperatura sobre la tenacidad. 

e.- En la zona afectada térmicamente, además 
de las zonas dúctiles y frágiles, se ob
servan unas placas de una fase rica en 
cromo que no ha sido identificada de for
ma precisa, t_rabajo que se halla en curso 
en este momento. 
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.Fig. 5. Microestructura del acero base 
(dirección longitudinal) . 

Fig. 6. Microestructura del acero base 
(dirección transversal) • 

Fig. 7. Evolución en el aspecto fracto
gráfico con la temperatura de ensayo 
(acero base). 

Fig. 9. Fisuras alargadas. 

Fig. 10. Final de la fisura 
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Fig. 11. Microestructura del metal apor
tado. 

rig. 12. Cúpulas dúctiles con partículas en 
su interior. 

Fig. 13. Zona de fractura por descohesión. 

Fig. 14. Microestructura de la zona afecta
da térmicamente. 

Fig. 15. Probeta con entalla en la zona 
afectada. 
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ESTUDIO DE DOS ROTURAS DE COMPONENTES DE AUTOMOVILES 

Herrera, E. J., Soria, L., Gallardo, J. M. 

Departamento de Ingeniería Mecánica y de los Materiales 
E.T.S. de Ingenieros Industriales (Universidad de Sevilla) 
Avda. Reina Mercedes, s/n 
41012 - SEVILLA 

Resumen.- Los accidentes automovilísticos pueden deberse, entre otros 
motivos, a fallos mecánicos o a mera imprudencia del conductor. La 
diagnosis de fallos puede ser de gran utilidad en la determinación de 
la causa del accidente. En el presente trabajo se estudian dos casos 
reales de roturas de componentes de automóviles. Utilizando las técni
cas del análisis de fallos (historia de servicio, caracterización de 
materiales, en cuanto a propiedades químicas y mecánicas, comparación 
de éstas con las indicadas en las especificaciones, observaciones vi
suales y microscópicas, etc.) se concluye que, en uno de los casos, la 
rotura se debió a un tratamiento térmico superficial defectuoso y, en 
el otro, a la sobrecarga ocasionada por un fuerte choque. 

Abstract.- Mechanical failures and unwise driving are common causes of 
automobile accidents. Failure analysis can be very helpful in estab
lishing accident origin. In the present work two case histories of 
fracture of automotive parts are studied. Failure analysis techniques 
(service history, materials characterization under a chemical and 
mechanical point of view, comparison of materials properties with 
specifications, macroscopic and microscopic observations and so on) 
have been used. It is concluded that, in one case, fracture was caused 
by defective surface hardening and, in the other case, by overloading 
due to a strong impact. 
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l. INTRODUCCION 

Las roturas en servicio de piezas de 
automóviles pueden originar graves acci
dentes, que pueden traducirse en impor
tantes pérdidas económicas e incluso de 
vidas humanas. Tales accidentes suelen 
conllevar la celebración de un juicio, 
en el que el usuario pretende atribuir 
la causa del siniestro a defectos del 
componente fallado, mientras que los 
fabricantes de vehículos tienden a car
gar la culpabilidad de la parte del con
ductor. 

de barrido (SEM) puede ser un instrumen
to utilísimo en la determinación final 
del carácter dúctil o frágil de la rotu
ra [ 2 J. 

La investigación de las causas del fallo 
de un componente suele iniciarse con la 
observación visual o macroscópica de la 
pieza, en particular de las superficies 
de fractura [1]. Si se detectan caracte
rísticas de rotura dúctil, el fallo sue
le estar originado por una sobrecarga 
accidental. El microscopio electrónico 

Siguiendo la práctica habitual de cual
quier análisis de fallos, se debe reco
ger la mayor información posible sobre 
la pieza, acudiendo al fabricante para 
conocer las especificaciones de diseño 
(planos, tipo de material, propiedades 
mecan1cas, procesado de fabricación, 
acabado, etc.) y al usuario para saber 
el historial de servicio. La pieza debe 
encuadrarse dentro de un conjunto mecá
nico cuyo sistema de tensiones también 
es muy deseable de conocer [3]. Siempre 
que sea posible se procurará conseguir 
piezas nuevas de recambio y/o piezas de 
vehículos en servicio que no hayan fa
llado en uso, a fin de realizar estu
dios comparativos, en cuanto a análisis 
químico, ensayos mecánicos y exámenes 
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microscópicos. 

En el presente trabajo se estudian dos 
casos reales de fractura de componentes 
de automóviles en servicio, a saber, la 
rotura de un palier de un coche y la 
rotura de tornillos de un camión. Ambos 
accidentes ocasionaron importantes pér
didas económicas. 

2. ROTURA DEL PALIER DE UN COCHE 

Un coche camuflado de la policía que se 
encontraba patrullando por la barriada 
sevillana de los Remedios sufrió un vio
lento derrape, a resultas del cual coli
sionó con varios vehículos que se encon
traban aparcados en batería. Según el 
conductor, se produjo inesperadamente un 
viraje del coche hacia la derecha, por 
lo que giró el volante hacia la izquier
da para recuperar el sentido de la mar
cha, perdiendo entonces el control del 
mismo, que comenzó a derrapar y golpear 
a los vehículos anteriormente reseñados, 
situados en su parte izquierda. Los a
gentes comprobaron que se había roto un 
palier, que motivó el desplazamiento de 
la rueda trasera derecha. 

2 1 Resultados experimentales y discu
ti.ón 

El examen visual de la pieza recibida 
pone de manifiesto que la rotura ha te
nido lugar en el cambio de sección trom
peta-barra del palier (figura 1). El as
pecto exterior de la superficie fractu
tada (figura 2) es rugoso, similar al de 
una rotura catastrófica, originada a 
gran velocidad, al no haber podido re
sistir la pieza, en un instante dado, 
las tensiones a que ha sido sometida. 

El análisis químico del material (Fe-
0,34%C - 0,73%Mn- 0,28%Si 0,012%S-
0,009%P - 0,07%Cr - 0,04%Ni - 0,08% Cu) 
indica que se trata de un acero no alea
do de 0,34% de carbono. El examen meta
lográfico pone de manifiesto que el pa
lier ha sido sometido a un tratamiento 
térmico superficial de endurecimiento, 
siendo la estructura del núcleo del eje 
ferrítico-perlítica, propia de un acero 
normalizado. El tamaño de grano es más 
fino que el correspondiente al ASTM nú
mero 5. En cuanto a la calidad metalúr
gica del acero, el contenido de inclu
siones es inferior al número 3 de la 
escala JK. (Todas estas características 
químicas y metalográficas se encuentran 
dentro de las especificaciones). Asimis
mo, el ataque con reactivo Nital 5 de 
regiones superficiales previamente puli
das situadas en las inmediaciones de la 
fractura no revela la existencia de pun
tos blandos originados por calentamien
tos locales o enfriamientos no unifor
mes. En lo referente a las propiedades 
mecánicas de la pieza, la dureza del nú
cleo es de 170 HB, equivalente a una 

Fig. l. Vista general de la pieza rota. 
La fractura ha tenido lugar en el cam
bio de sección trompeta-barra del palier 
(x 0,11). 

Fig. 2. Aspecto de la superficie de ro
tura (x 1). 

resistencia de 57 Kg/mm2. La dureza su
perficial (figura 3) en las cercanías de 
la rotura (zona A) es de 43 HRC, mien
tras que en la zona B (situada a 17 mm 
de la rotura) es de 50 HRC. La dureza en 
la zona A, precisamente la inmediata a 
la fractura, es inferior al mínimo re
querido en las especificaciones, que es 
de 48 HRC. 

Fig. 3. Esquema del palier con indica
ción de la zona de fractura (A) y de un 
punto distante 17 mm (B). 
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Por otra parte, la profundidad del tem
ple por inducción tampoco es uniforme en 
la pieza. En relación a la figura 3, se 
han obtenido los siguientes resultados 
para espesores de capa templada, según 
revela el ataque ácido: 

Zona A (inmediata a la rotura) = 2,6 mm 

Zona B (17 mm a la derecha de A)= 4,7 mm 

Zona situada a 2,5 mm a la izquierda de 
A (trompeta) = 6,5 mm 

La profundidad del temple en el lugar de 
rotura (zona A, figura 3) es de 2,6 mm, 
la cual es inferior a lo establecido en 
las especificaciones, que demandan una 
profundidad mínima de temple eficaz de 3 
mm. En la figura 4 puede observarse la 
distinta profundidad de temple por in
ducción en las zonas A y B, respectiva
mente, del palier. En las piezas de sec
ción no uniforme -como es el caso de la 
considerada- sometidas a calentamiento 
por inducción es difícil conseguir una 
profundidad de temple uniforme, a menos 
que se tomen las debidas precauciones en 
el juego de las variables operacionales 
del tratamiento térmico, incluyendo el 
diseño apropiado del inductor [4]. 

Fig. 4. Diferencia de profundidad del 
temple superficial en A (izquierda) y B 
(derecha). Reactivo: Nital 5 (x 1). 

La zona afectada por el calor vecina a 
la rotura fué estudiada metalográfica
mente. El examen microscópico de una 
secc1on transversal del palier en la 
zona A (figuras 3 y 4) revela que el 
temple no ha sido perfecto. La figura 
5, correspondiente a la región afectada 
por el calor hasta una profundidad de 
1,8 mm pone de manifiesto la presencia 
de abundante ferrita. Las lagunas ferrí
ticas (constituyente blando) llegan has
ta la misma superficie del palier. 

2 2 Conclusiones 

La rotura de la pieza cabe atribuirla a 
un deficiente tratamiento térmico, el 
cual ha dado origen a una insuficiente 
dureza y penetración del temple superfi
cial en el cambio de secc1on trompeta
-barra del palier. La zona blanda, poco 
resistente, ha coincidido, precisamente, 

Fig. 5. Hicroestructura hasta una pro
fundidad de 1,8 mm de la zona templada 
adyacente a la rotura, donde se aprecian 
abundantes granos de ferrita, que llegan 
hasta la superficie externa. Reactivo: 
Nital 2 (x 40). 

con una reg1on de gran responsabilidad 
de la pieza, ya que en el cambio de sec
ción tiene lugar una intensificación de 
las tensiones. En dicha región, la pieza 
no ha podido soportar los esfuerzos de 
servicio, en un momento dado, y se ha 
roto. 

3. ROTURA DE TORNILLOS DE UN CAHION 

Se reciben en el Laboratorio para inves
tigar las causas de su fallo dos torni
llos rotos, que se denominarán tornillo 
A (figura 6) y tornillo B (figura 7), 
respectivamente. Del tornillo A sólo se 
dispone de una de las partes resultantes 
de la fractura. Ambos tornillos servían 
de fijación de la manivela de unión a la 
rueda delantera derecha de un cam1on, 
que había sufrido un accidente. El ca
mión, que tenía una antigüedad de siete 
meses y había hecho unos 50.000 Km, cho
có violentamente contra un puente de 
piedra, cuando iba totalmente cargado. A 
continuación del accidente, se encontra
ron los tornillos rotos mencionados. El 
dueño del camión atribuía la causa del 
accidente a un fallo del material de es
tos tornillos, mientras el fabricante 
cargaba la culpa al chófer, por conduc
ción imprudente. 

Fig. 6. Aspecto del trozo roto disponi
ble del tornillo A (x 1,2). 
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Fig. 7. Aspecto del tornillo roto B. A 
efectos comparativos se ha incluido en 
la parte inferior de la figura un torni
llo sin rotura (x 0,6). 

3 1 Resultados experimentales y discu
.tión 

En ambos tornillos la rotura ha tenido 
lugar con una orientación de unos 45" 
con relación al eje de los mismos (figu
ras 6, 7, 8 y 9). En el tornillo A (fi
gura 6), la fractura se ha iniciado -co
mo es frecuente en la rotura de estos 
elementos- en el paso de rosca o acana
ladura situada al nivel de la tuerca; en 
el tornillo B, sin embargo, la fractura 
se ha producido hacia la mitad del espá
rrago (figura 7). La orientación de 45" 
de las superficies fracturadas con res
pecto al eje indica que, en los dos tor
nillos, la rotura no ha tenido lugar por 
la actuación de simples tensiones de 
tracción, sino que a éstas se han unido 
tensiones de otra naturaleza. Esto es 
especialmente evidente en la muestra B 
(figuras 7 y 8), donde quedan claras 
huellas de la cooperación de tensiones 
de cizalladura a la rotura del tornillo, 
la cual se ha producido con notoria de
formación plástica. Asimismo, sobre las 
superficies facturadas, de aspecto mate, 
no se observan macroscópicamente señales 
de la existencia de fenómenos de fatiga. 

Por otra parte, los tornillos de acero 
presentan restos de un recubrimiento 
protector -sobre el cual no se nos ha 
suministrado información- que, por su 
aspecto, parece ser debido a un cincado 
seguido de cromatado. 

El análisis químico (Fe 0,71%Hn-
0,18%Si - 0,016%P - 0,012%8 - 0,97%Cr-
0,19%Ni - 0,17%Ho - 0,19%Cu- 0,025%Al-
0,04%Ti) pone de manifiesto que se trata 
de un acero F-1250, con contenido algo 
elevado de carbono. Con el auxilio de la 
microscopía óptica, se observan pequeñas 
inclusiones de óxidos, correspondientes 
a la serie fina, números 1 y 2 del índi
ce JK. La microestructura (figura 10) 
está constituida de martensita reveni
da, siendo la dureza del acero de 32,7 
HRC, equivalente a 309 HB. Todos estos 
parámetros del material se encuentran 
dentro de las especificaciones. 

Fig. 8. Visión, a mayores aumentos, de 
la rotura del tornillo B. Se aprecian 
huellas de la actuación de tensiones 
de cizalladura y deformación plástica 
(x 1'5). 

Fig. 9. Aspecto de la superficie fractu
rada del tornillo B (x 1). 

Fig. 10. Micrografía óptica de una sec
ción transversal del tornillo B. Ataque: 
Nital 2 (x 400). 

La microscopía electrónica de barrido es 
una valiosa técnica para la investiga
ción de las causas más frecuentes de 
rotura de los tornillos de alta resis
tencia, a saber, fatiga, fragilidad por 
revenido y fragilización por el hidróge
no. Al examinar por SEH el tornillo A 
(figura 6), sobre la casi totalidad de 
la superficie fracturada se observa una 
rotura dúctil. En el primer filete de la 
parte inferior izquierda de la figura se 
detectan, sin embargo, algunos micropo-
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ros, una fractura ocurrida parcialmente 
por clivaje y una microgrieta, la cual 
se detiene al entrar en la zona dúctil. 
Estas características estructurales a
puntan a la presencia de hidrógeno, que 
puede haberse introducido durante el 
proceso de recubrimiento del tornillo. A 
la rotura parcialmente frágil de este 
filete puede haber contribuido la apli
cación de una carga brusca, unido a la 
creación de un sistema triaxial de ten
siones en esa zona. No obstante, como se 
ha indicado, sobre casi toda la superfi
cie la rotura ha sido dúctil; así, en la 
figura 11 pueden contemplarse los típi
cos hoyuelos (dimples), propios de la 
fractura dúctil, correspondientes a una 
región cercana a la superficie del pe
núltimo filete de la parte superior de
recha de la figura 6. Por ello, la posi
ble introducción de hidrógeno en una zo
na próxima a la superficie del tornillo, 
no parece haber jugado un papel capital 
en la rotura del mismo. 

Fig. 11. Micrografía electrónica de ba
rrido del tornillo A. Se observan los 
típicos hoyuelos (dimples) propios de 
una fractura dúctil (x 1700). 

Respecto al tornillo B, en toda la su
perficie fracturada (trozo de la parte 
izquierda de la figura 9) se comprueba 
que la rotura ha sido dúctil. En la fi
gura 12 pueden verse los hoyuelos orien
tados en la dirección en que se ha ori
ginado la fractura. 

En resumen, por microscopía electrónica 
de barrido no se detectan característi
cas de rotura por fatiga, fragilización 
por revenido, ni fragilización por hi
drógeno, salvo en una pequeña zona lo
calizada en la parte inferior izquierda 
de la superficie fracturada del tornillo 
A (figura 6), donde aparecen algunos 
rasgos que podrían atribuirse a este 
último fenómeno. Sin embargo, esto ocu
rre en una reg~on muy restringida, por 
lo que no cabe achacar a esta posible 
fragilización parcial la causa de la 
rotura. Puede decirse que, en general, 
la rotura ha sido dúctil. 

Fig. 12. Micrografía electrónica de ba
rrido del tornillo B, mostrando rotura 
dúctil. Los hoyuelos están orientados en 
la dirección de la fractura (x 1700). 

3 2 Conclusiones 

En base a los análisis fractográficos, 
los ensayos químicos y mecánicos efec
tuados, y las observaciones microscópi
cas, tanto óptica como electrónica, rea
lizadas puede concluirse que no se ha 
encontrado ningún defecto del material 
que justifique la rotura de los torni
llos. La rotura parece haberse producido 
por la superposición a las tensiones 
ordinarias de tracción de otras de ciza
lladura, introducidas por la actuación 
de una sobrecarga brusca. 
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Resumen.- La rotura de componentes industriales en servicio se origina 
con frecuencia por la cooperación de varios factores. En el presente 
trabajo se investigan las causas de la rápida rotura de una matriz de 
acero inoxidable martensítico utilizada en la granulación de piensos. 
Se concluye que la fractura tuvo su origen en un agrietamiento por 
tensocorrosión, que fué seguido de fatiga con corrosión, en un compo
nente fragilizado por un revenido inadecuado. 

Abstract.- Fractures in industrial service occur frequently by com
bined or mixed mechanisms. In the present work the rapid failure of a 
martensitic stainless steel die used to granulate mixed feed is inves
tigated. It is concluded that fracture took place by corrosion-fatigue, 
which was promoted by cracks started by stress corrosion. Cracks could 
propagate easily through a low-toughness material as result of an un
suitable tempering. 

l. INTRODOCCION 

El agrietamiento de aceros conducente a 
la rotura promovido por la acción de 
esfuerzos mecánicos en medios distintos 
al aire cabe atribuirlo, principalmente. 
a fenómenos de tensocorrosión, fatiga 
con corrosión o fragilización por hidró
geno. No siempre es posible hacer una 
distinción nítida sobre la causa precisa 
de este tipo de roturas [1]; asimismo, 
varios fenómenos pueden cooperar a la 
rotura final [2]. 

En el presente trabajo se estudian las 
causas de rotura de matrices de acero 
inoxidable utilizadas en una granuladora 
de piensos compuestos. Varias de estas 
matrices habían roto prematuramente, 
tras un breve sevicio de una semana de 
duración, aproximadamente. La figura 1 
muestra un trozo de una de las matrices 
rotas, sobre cuya pista de rodaje des-

cansa un rodillo. Este rodillo, por in
termediación de los orificios de la pis
ta, fuerza la formación de filamentos o 
gránulos de pienso. La masa del pienso 
compuesto está constituida por productos 
vegetales y animales (harina de cereales 
salvado, melazas, grasa animal, etc.) y 
por diversos compuestos químicos (bicar
bonato sódico, urea. cloruro sódico y 
otros). 

La investigación de las causas del fa
llo se va a centrar en las observaciones 
macroscópicas, las características del 
material, el medio químico en contacto 
con el acero, las condiciones de servi
cio y algunos aspectos del diseño de la 
matriz. 

2. OBSERVACIONES MACROSCOPICAS 

El examen macroscópico de la superficie 
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Fig. 1. Vista general de un trozo de la 
matriz rota sobre el cual descansa el 
rodillo que impulsa la filamentación del 
pienso (x 0,1). 

fracturada (figura 2) pone de manifies
to que la rotura ha tenido lugar por un 
proceso de corrimiento progresivo de 
grieta hasta alcanzar un tamaño crítico, 
a partir del cual ha tenido lugar súbi
tamente la rotura al no poder resistir 
el resto de material las tensiones de 
trabajo (parte superior derecha de la 
figura 2). El tamaño final de la grieta, 
que es relativamente pequeño, parece 
indicar que el material es de baja tena-

Fig. 2. Aspecto superficial de la frac
tura de la matriz. En la parte superior 
derecha pueden apreciarse las señales 
de la grieta que ha causado la rotura 
(x O, 5). 

ciclad [3]. Por otra parte, la superficie 
de las grietas (figura 3) está cubierta 
de restos del pienso y de productos de 
corrosión, pudiéndose, no obstante, ob
servar indicios de "huellas de detención 
de la grieta" (beach marks). Estas ob
servaciones inclinan a pensar que la 
rotura ha tenido lugar por fatiga con 
corrosión. 

3. MATERIAL Y PROPIEDADES 

El análisis del acero refleja la si
guiente composición química: 

Fig. 3. Aspecto, a mayores aumentos, de 
la grieta de fatiga con corrosión, donde 
se aprecian huellas de algunas líneas de 
detención de la grieta (beach marks), 
junto a restos del pienso compuesto y 
productos de corrosión. En la parte su
perior de la grieta pueden, asimismo, 
observarse las señales de una grieta 
secundaria, que ha crecido a partir del 
borde de la matriz (x 1,5). 

Fe- 0,38%C - 13,5%Cr - 0,47%Mn - 0,20%Si 
0,010%8 - 0,027%P - 0,46%Ni 0,07%Mo 

- 0,026%Al - 0,017%V - 0,05%Cu. 

De acuerdo con este contenido de elemen
tos, se trata de un acero inoxidable 
martensítico, de designación simbólica 
X40Cr13 y numérica F-3404, según UNE 36-
016-75. La composic1on química también 
encuadra dentro del acero de cuchillería 
F-312 de la antigüa designación del Ins
tituto del Hierro y del Acero, que aún 
se emplea en los talleres. 

La dureza superficial media del acero 
(resultante de seis determinaciones) es 
de 52,8 HRC. 

La inspecc1on metalográfica muestra una 
matriz de martensita revenida, propia de 
un acero bonificado (figura 4). Se ob
servan, además, abundantes partículas de 
carburos, muchas de las cuales aparecen 
en los límites de grano. Esta estructura 

Fig. 4. Micrografía del acero. Reactivo: 
cloruro férrico ácido (x 600). 
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metalográfica, y la dureza conseguida, 
puede haber sido originada por un trata
miento de temple seguido de revenido a 
una temperatura intermedia de 400 a 500 
°C. El revenido de estos aceros en ese 
margen de temperaturas no es aconseja
ble, por producir una baja tenacidad y 
provocar, asimismo, una disminución de 
la resistencia a la corrosión, incluida 
la corrosión bajo tensiones [4]. 

4. MEDIO QUIMICO 

El acero inoxidable martensítico, en 
estado de bonificado, sometido a tensio
nes estáticas, puede sufrir un proceso 
de agrietamiento conducente a la rotura 
al estar en contacto con medios diver
sos. Estos aceros son susceptibles a la 
corrosión bajo tensiones y, en mayor 
grado, a fragilización por el hidrógeno. 
En realidad, la distinción entre el 
fallo de estas aleaciones por corrosión 
bajo tensiones o por fragilización por 
hidrógeno es poco significativa desde un 
punto de vista industrial. Se podría 
hablar de tensocorrosión inducida por el 
hidrógeno [5-8]. Este fenómeno de tenso
corrosión se ve favorecido en medios 
ácidos y en diversas disoluciones sali
nas. Se sabe, por ejemplo, que resulta 
muy dañina la presencia de sulfuro de 
hidrógeno o de sulfuros, en general. En 
los aceros de alta resistencia -como el 
objeto de investigación- casi todos los 
medios corrosivos capaces de desprender 
hidrógeno pueden conducir al agrieta
miento. Incluso en medios tan suaves co
mo el agua dulce se han dado fallos en 
aleaciones especialmente susceptibles. 
La tendencia al fallo aumenta con la 
disminución de la tenacidad del mate
rial. 

En el caso aquí estudiado, el acero es
tá en contacto con la masa del pienso a 
filamentar. Dicha masa -como se ha men
cionado en el apartado de la Introduc
ClOn- está formada por productos vegeta
les y animales a los que se han adicio
nado varios compuestos químicos. Esta 
masa contiene aproximadamente un 11% de 
humedad (La humedad se determinó por 
secado a 105°C de una muestra de 50 g). 
Por otra parte, el medio es ligeramente 
ácido, con un pH = 6,07 (El pH se midió 
añadiendo a 20 g de muestra 50 ce de 
agua de grifo, cuyo pH era de 7,18). En 
pocas palabras. el acero está en contac
to con un medio levemente ácido, que 
contiene, además, compuestos químicos 
potencialmente perniciosos, en particu
lar el cloruro sódico. 

5. CONDICIONES DE SERVICIO 

Las tensiones y deformaciones ocasiona
das en servicio juegan un papel impor
tante en la vida útil de una pieza de 
acero inoxidable martensítico. Ahora 

bien, como se aprecia en la figura 5, la 
matriz ha estado sometida a unas condi
ciones de trabajo no deseables para su 
buen rendimiento. La pista de rodadura 
presenta deterioros ocasionados por la 
presencia de cuerpos duros extraños. 
Asimismo, como puede observarse en la 
parte superior de dicha figura, el rodi
llo, en su salida de la pista, ha causa
do una notable deformación plástica de 
uno de los bordes de la matriz. Además, 
en su andadura por ese borde, hacia la 
parte derecha de la figura 5, el rodillo 
ha dejado un rastro de zona ligeramente 
deformada, de anchura aproximadamente la 
mitad de la del borde y situado en la 
parte vecina a la pista. En esa zona 
ligeramente deformada se han generado un 
gran número de finas grietas paralelas y 
radiales, que se han detectado por ins
pección con partículas magnéticas (figu
ra 6). En su penetración hacia el inte
rior, las grietas siguen pasos trans
granulares e intergranulares (figura 7). 

Las fisuras superficiales paralelas y 
radiales pueden tener su origen en las 
tensiones originadas por el rozamiento 
del rodillo en su deslizamiento rodado 
alrededor del borde de la matriz [9]. 
Estas fisuras superficiales (figura 6) 
habrían facilitado el agrietamiento por 
tensocorrosión (figura 7), inducido pro
bablemente por el hidrógeno. Es curioso 
anotar que el agrietamiento no se obser
va en las zonas que han sufrido una 
fuerte deformación plástica (parte supe
rior centro/izquierda de la figura 5), 
sino solamente en las sometidas a una 
leve deformación superficial (figura 6). 
Estas observaciones son coincidentes con 
lo recogido en la literatura, para di
versos materiales metálicos, en el sen
tido de que un alto grado de deformación 
en frío (>15%) puede ser beneficioso 
para resistir la corrosión bajo tensio
nes, mientras que una ligera deformación 
puede ser deletérea [10]. 

Ha sido, precisamente. por corrimiento 
de una de esas grietas de referencia que 
ha tenido lugar la fractura de la ma
triz, al alcanzar la grieta un tamaño 
crítico (figura 2) y no ser capaz el 
resto de la pieza de soportar los es
fuerzos de servicio. Puede vislumbrarse 
que en una primera fase el crecimiento 
de la grieta ha tenido lugar por tenso
corrosión (figura 71 bajo la acción de 
tensiones estáticas de deformación del 
borde de la matriz. posteriormente, ha
cia la altura de la pista de rodadura, 
el crecimiento ha continuado por un me
canismo de fatiga con corrosión (figura 
3), impulsado por los esfuerzos alterna
tivos de servicio. 

La propagación de grietas por fatiga con 
corros1on tiene lugar a veces a partir 
de grietas o picaduras, que se iniciaron 
por otro mecanismo. En el caso presente, 
la grieta original se ha podido formar 
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Fig. 5. Aspecto de la pista de rodadura, 
donde se aprecian daños mecánicos. Asi
mismo, la zona centro-izquierda del bor
de superior de la matriz ha sufrido una 
notable deformación plástica (X 0,3). 

Fig. 6. Grietas paralelas originadas en 
el borde de la matriz en la zona leve
mente deformada por el salto del rodi
llo. Detección por partículas magnéticas 
(X 1,5). 

Fig. 7. Las grietas de la figura 6. en 
su penetración hacia el interior, si
guen pasos transgranulares e intergranu
lares (x 160). 

por tensocorrosión y la mayoría de la 
propagación ha sido por fatiga con co
rrosión. Cuando la corrosión bajo ten-

siones y la fatiga con corrosión son 
mecanismos competitivos -como puede es
perarse de un componente expuesto simul
táneamente a cargas cíclicas y a tensio
nes de tracción estáticas en un ambiente 
corrosivo- el mecanismo de propagación 
se determina por el factor de intensidad 
de tensiones y el tiempo de exposición. 
Si el factor de intensidad de tensiones 
máxima excede Kiscc (intensidad de ten
siones umbral para el agrietamiento por 
tensocorrosión cuando las condiciones de 
carga cumplen los requisitos de deforma
ción plana) tiene lugar tanto tensoco
rroslon como fatiga con corrosión. Pero 
si la intensidad de tensiones máxima es 
menor que Kiscc sólo puede ocurrir fati
ga con corrosión [11]. 

6. DISEÑO DE LA MATRIZ 

En las fractografias de las figuras 2 y 
3 puede observarse que la tensión promo
tora del corrimiento de la grieta ha 
tenido su epicentro en el ángulo formado 
por la pista de rodadura con el borde 
lateral de la matriz. Ese ángulo vivo. 
casi recto, es un lugar de concentración 
de tensiones. 

Las tensiones de funcionamiento de una 
pieza se pueden disminuir con un diseno 
conveniente. Un pequeño cambio. tal como 
el aumento del radio de un filete, puede 
bastar para disminuir el nivel de con
centración de tensiones en un sitio 
critico. Asi, como se indica gráficamen
te en la figura 8 (parte izquierda), el 
radio real de la unión pista-borde. en 
la matriz fracturada, es menor de 0.5 
mm; sin embargo, para disminuir el efec
to de intensificación de tensiones seria 
deseable que dicho radio fuese lo mayor 
posible. en cualquier caso. con un valor 
mínimo de 3 mm. A su vez. las esquinas 
del rodillo, que han de trabajar en la 
vecindad de dicho radio de unión. deben 
poseer un radio mayor aún que el radio 
de referencia de la matriz (figura 8 
parte derechaí. 

Otro aspecto interesante del diserio que 
puede ayudar a la vida de la matriz es 
un buen acabado superficial, sin restos 
de rayas o huellas de mecanizado, en 
particular. en la zona de unlon pista
-borde y en el interior de los agujeros. 

7. CONCLUSIONES 

La rotura prematura de la matriz se ha 
debido a la influencia combinada de fac
tores metalúrgicos, operacionales. qui
micos y de diseño. El mecanismo princi
pal de rotura ha sido la fatiga con co
rrosión. habiendo estado la fractura es
timulada por la existencia de zonas de 
concentración de tensiones en un medio 
material de tenacidad reducida, debido a 
un mal tratamiento térmico. A su vez, la 
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0.5 mm. 

~~~~~~~~~~~~radio matriz mínimo 
de 3 mm. 

Fig. 8. El radio de acuerdo de la pista con el borde de la matriz fracturada, que 
es menor de 0,5 mm (parte izquierda), es causa de int.ensificación de tensiones. 
Debería ser modificado como se indica en la parte derecha de la figura. 

fatiga con corrosión fué facilitada por 
la presencia previa de grietas origina
das por tensocorrosión. Este último fe
nómeno fué promovido por un medio quími
co favorable y por la presencia de fisu
ras provocadas por un funcionamiento 
anómalo del sistema matriz-rodillo. 

8. RECOMENDACIONES FINALES 

8 1 Tratamiento térmico. 

Habida cuenta de los valores de dureza y 
de la estuctura metalográfica del mate
rial, el revenido parece haber sido dado 
a una temperatura de alrededor de 450"C. 
que es una zona de temperatura de resi
liencias bajas. La temperatura de reve
nido que se ha especificado para este 
acero C400"C) está dentro de la zona no 
recomendable de revenido, por lo que se 
sugieren cambios en los tratamientos 
térmicos futuros. 

Según se nos ha informado, el tratamiento 
térmico de las matrices. una vez desen
grasadas y limpias, es el siguiente: 

- Temple desde 970"C, con calentamiento 
lento y subidas escalonadas de la 
temperatura. Enfriado en baño de acei
te hasta los 80"C. 

- Revenido entre 380 y 400"C. seguido de 
enfriamiento al aire. 

Las variaciones en el tratamiento térmi
co que se proponen van en el sentido de 
elevar la temperatura de temple y bajar 
la temperatura de revenido. en la forma 
que sigue: 

- Temple desde 1.010 ± 10"C, efectuándo
se el calentamiento lentamente, con 
subidas escalonadas de la temperatura. 
Enfriamiento en aceite hasta 80"C. El 
revenido debe efectuarse inmediatamen
te tras el temple, estando las matri
ces aún calientes al tacto. 

- Revenido a 320 ± 10"C, seguido de en-

friamiento al aire. Mejor todavía se
ria el uso de un doble revenido. con 
enfriamiento de las matrices hasta la 
temperatura ambiente tras el primer 
revenido. El doble revenido es acon
sejable no sólo desde el punto de vis
ta de la transformación de la austeni
ta retenida. sino porgue es beneficio
so para mejorar la resistencia a la 
tensocorrosión [4]. 

8 2 Condiciones de funrionamiento 

Las condiciones de trabajo de la matriz 
no han sido las más recomendables para 
su buen rendimiento, ya que han entrado 
en la pista de rodaje objetos duros ex
traños y, en particular. el rodillo ha 
saltado por encima del borde de la ma
triz, dejando una estela de material 
deformado, donde se han generado numero
sas fisuras paralelas, que han sido el 
punto de fractura de la matriz. 

Se encarece, pues. la vigilancia e ins
pección de las condiciones de servicio 
para evitar abusos mecanlcos que den 
origen a tensiones y deformaciones inde
seables. 

8.3 Medio químico 

El material ha estado trabajando en un 
medio ligeramente ácido, en presencia de 
diversas sales y compuestos. La acción 
conjunta de tensiones de tracción v un 
tal medio químico hace al acero inoxida
ble martensitico bonificado susceptible 
al agrietaiento. 

A este respecto. se recomienda el uso de 
un medio ligeramente alcalino. En la 
formulación de ingredientes que nos ha 
sido suministrada por la fábrica. ello 
puede conseguirse aumentando el porcen
taje de bicarbonato sódico hasta un 2% 
o, bien. añadiendo un 0,5% de carbonato 
sódico. Por su parte, el contenido de 
cloruro sódico debe reducirse al mínimo 
posible o, aún mejor eliminarlo. Tam
bién debe eliminarse la presencia de 
cualquier sulfuro. 
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8 4 Diseño de la matriz 

Con el fin de reducir los lugares de in
tensificación de tensiones, debe procu
rarse un buen acabado superficial inter
no de la matriz, incluidos los agujeros, 
de manera que no queden huellas o marcas 
de mecanizado. Asimismo, el radio de 
acuerdo entre la pista y el borde late
ral interno de la matriz debe ser lo más 
generoso posible, como se ha indicado en 
el apartado 6 y la figura 8. 
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EVALUACION DE AREAS DE ABERTURA DE FISURAS EN TUBOS DE GENERADORES DE VAPOR POR 
EL HETODO DE LOS ELEMENTOS FINITOS 

Bros, J., Cueto-Felgueroso, C., Garcia, J.H. 

Grupo de Integridad de Componentes 
TECNATOH, S.A. 
C.N.I. Hadrid-Irún, Km. 19 
28709 SAN SEBASTIAN DE LOS REYES (MADRID) 

Resumen.- El método de Elementos Finitos permite calcular áreas de fisuras longitudinales en tubos 
de Generador de Vapor de Inconel 600 con diversas cargas de presión y temperatura y condiciones de 
contorno que no nos permite las fórmulas analíticas existentes. El cálculo del área de una fisura 
longitudinal pasante es necesario en un análisis de Leak Before Break para calcular la tasa de fu
ga a través de la fisura. Se comparan dos análisis: por un lado un método de resolución analítica 
y, por otro, un método de resolución numérica por Elementos Finitos. El análisis comparativo de 
los resultados entre si, y con los resultados experimentales, permite .precisar la validez y los 
limites de aplicación de estos modelos. 

Abstract.- The Finite Element Hethod allows the evaluation of crack opening area of longitudinal 
cracks in Inconel 600 Steam Generator tubes under different pressure and temperature loadings and 
boundary conditions, which existing analythical formulas can not account for. The calculation of 
the crack opening area of a longitudinal crack is necessary in analysis of Leak Before Break, in 
order to evaluate the leak rate through a crack. Two approaches are compared. On the one hand, the 
analytical solution method, and on the other hand, a numeric solution method in basis to Finite 
Elements results. The comparative analysis between results obtained by the two approaches, and 
with experimental results, permits to precise the validity and the application limits of both 
models. 

l. INTRODUCCION 

Los tubos de los Generadores de Vapor de Cen
trales Nucleares se encuentran sometidos a 
cargas mecánicas, a tensiones residuales y a 
la acción corrosiva del medio fluido que cau
san su degradación por corrosión intergranu
lar bajo tensión (IGSCC). Esta degradación se 
traduce en la aparición de fisuras en las pa
redes de los tubos que, eventualmente, llegan 
a hacerse pasantes. 

La aplicación del concepto de Leak Before 
Break en tubos de GV' s consiste en controlar 
la integridad del tubo mediante el seguimien
to de la fuga a través de la fisura. 

Para ello debe verificarse que: 

El tamaño de la fisura es inferior al ta
maño critico Le 

La fuga a través de la fisura es inferior 
a la máxima admisible 

La fuga a través de una fisura de tamaño 
critico es superior a la máxima admisible 

Para demostrar la aplicabilidad de Leak 
Before Break es necesario seguir las siguien
tes etapas: 

Determinar el tamaño critico de la fisura 
bajo la acción de las cargas mecánicas, 
térmicas y por desplazamientos impuestos 
correspondientes a las condiciones mas 
severas. 

Determinar el caudal de fuga en función 
del tamaño de la fisura. 

Para la evaluación del caudal de fuga resulta 
imprescindible el cálculo del área de la fi
sura. 

Cuando el tubo se encuentra sometido única
mente a presión interna, el área puede ser 
evaluada mediante expresiones analíticas. Sin 
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embargo, existen diversos factores que afec
tan sustancialmente al campo de tensiones al
rededor de una fisura y al área de abertura 
como: 

La proximidad de la placa tubular y de 
las placas soporte. 

La presión actuante sobre los bordes de 
la fisura. 

En estos casos, la evaluación del área debe 
hacerse mediante el empleo del método de los 
Elementos Finitos. 

2. DETERHINACION DEL AREA DE ABERTURA DE UNA 
FISURA EN REGIKEN ELASTICO 

A partir de los resultados de ensayos a tem
peratura ambiente, se observa que la evolu
ción de la abertura de un defecto de longitud 
dada es casi lineal con la presión cuando és
ta no es muy elevada. Este comportamiento li
neal corresponde a una deformación elástica 
de la porción de tubo fisurado. 

Existen numerosas expresiones que calculan el 
área de una fisura longitudinal suponiendo un 
comportamiento elástico del tubo cuando es 
sometido a la acción de una presión interna. 

La relación entre el área de abertura de la 
fisura de semilongitud a y el factor de in
tensidad de tensiones K¡, cuando la tensión 
de membrana a permanece constante, es: 

siendo: E' = E en tensión plana 

E' = E en deformación plana 
1 

E módulo de Young 
u = coeficiente de Poisson 

o también: 

4 Ja 2 
A=~ o KI (x) dx 

Para el caso de un tubo, el factor de inten
sidad de tensiones tiene la siguiente expre-
sión: 

K¡ = K (~) a v-Tfir 

siendo K (~) el factor de amplificación de 
tensiones. 

Kastner [1] considera un campo de desplaza
mientos u(x) en forma asintótica: 

u(x) X 

y de aqui: 

J~ 
o 

2 
A= _g_ (~) _2_ 

3 ./2 E ~2 

siendo ~ = [12 (1 - i) r14 

y K(~) el propuesto por Erdogan y Ratwani. 

Krenk [2] propone la siguiente expresión para 
el factor de amplificación de tensiones: 

K(~) = 0.614 + 0.481 ~ + 0.386 e-1.25~ 

El área viene dada por: 

~ ~* 2 
A = E [4 1T r t] J ~* K (~) d ~* 

o 
(1) 

siendo ~ * a/.trt. La 1integral se de-
termina numéricamente. 

Paris-Tada [ 3] utiliza la expresión de K(~) 
propuesta por Paris-Johnson 

K 

K 

[1 + 1.25 ~*2]1/2 

0.6 + 0.9 ~* 

o!!.~*!!. 1 

1!!. ~*!!.S 

Esta expresión conduce a resultados muy simi
lares a los ·de K(~) de Krenk (desviación 
inferior al 1'1.), siendo mucho mas fácil de 
integrar (Figura 1). 
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PARIS-JOHNSON - h 
_...~ 

¿ KRENK 

¿' 
,#· 

t • • ,..¡;;_ 

Fig. l. Coeficiente de amplificación de ten
siones (defecto longitudinal). 

El área de la fisura también se puede hallar 
a partir de una modelización tridimensional 
por Elementos Finitos mediante la integración 
de los desplazamientos de los nodos que com
ponen la fisura. 

3. DETERKINACION DEL AREA DE ABERTURA DE UNA 
FISURA POR ELEMENTOS FINITOS 

El área de una fisura en un tubo se puede 
calcular aplicando el método de Elementos Fi
nitos. 
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Si la fisura se considera en zona libre ale
jada de discontinuidades, es suficiente con 
modelizar un cuarto de cilindro e imponer las 
condiciones de contorno adecuadas para simu
lar el comportamiento del cilindro completo. 
Para una longitud de defecto dada, 2a, se 
prolonga el cilindro una longitud superior a 
2. 5 ..rrE a partir del extremo de la fisura 
con el fin de amortiguar las tensiones y 
aplicar correctamente las cargas sobre la 
parte superior del tubo, de forma que no 
afecten a la zona de la fisura. 

En la zona próxima a la placa tubular (tran
sición del expansionado) se modeliza solamen
te media estructura por razones de simetría. 
La placa tubular se modeliza como un cilindro 
de 50 mm. de altura y radio igual a la semi
longitud existente entre los centros de dos 
tubos contiguos. 

Las condiciones de contorno impuestas en zona 
libre son (Figura 2): 

[a] El conjunto de nodos verticales se fija 
en dirección UY, simulando así la conti
nuidad del cilindro cerrado en toda su 
circunferencia. 

[b] Los nodos situados en la parte inferior 
del cilindro se fijan en dirección UX pa
ra asegurar la continuidad del cilindro y 
el equilibrio de la estructura sometida 
al efecto de fondo. 

[e] Un nodo fijado en dirección UZ impide un 
eventual desplazamiento como sólido rígi
do del conjunto de la estructura. Con el 
fin de situarlo lo mas lejos posible de 
la fisura, la estructura está fijada en 
su base superior. 

UZ=O 

(a) UY=O 

y 

FISURA 
(b) UX•O 

Fig. 2. Mallado tridimensional en zona libre. 

Las condiciones de contorno impuestas en zona 
de transición del expansionado son (Figura 3): 

[a] El conjunto de nodos verticales se fija 
en dirección UY para dar la continuidad 
de un tubo cerrado en toda su circunfe
rencia. 

[b] El conjunto de nodos exteriores de la 
placa tubular se fija en direcciones UX, 
UY, UZ, RX, RY, RZ, dando así las condi
ciones de empotramiento. 

(a) UY=O 

UX=UY=UZ=O 
(b) 

RX=RY=RZ=O 

Fig. 3. Mallado tridimensional en zona de 
transición. 

Las cargas aplicadas son las siguientes: 

Presión interna 
Presión externa 
Efecto de fondo o tensión axial 
Presión aplicada sobre los bordes de la 
fisura 

Tanto el tubo como la placa tubular se han 
modelizado con elementos isoparamétricos tri
dimensionales de 20 nodos. Los extremos de la 
fisura se modelizaron con elementos tipo 
crack-tip de 6 nodos diseñados para aplica
ciones de mecánica de la fractura. 

La integración numérica de los desplazamien
tos de los nodos de la fisura nos proporcio
na tres áreas de abertura: pared interior, 
sección media del espesor del tubo y pared 
exterior. 

Las variables de las que depende el área son 
las siguientes: 

A= A [M(~), Ri/t, PIE, a2] 
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Se puede obtener una representación gráfica 
normalizada eligiendo como cantidades adimen
sionales las siguientes: 

Factor geométrico M(~) Ri/t 

Factor de carga sta2 . E/P 

Basándose en los resultados de los cálculos 
por Elementos Finitos se obtiene una formula
ción del área de abertura de la fisura para 
cualquier longitud de fisura. Esta metodolo
gía permite incorporar el efecto de: 

La flexión de los bordes de la fisura 

La aplicación o no de presión sobre los 
bordes de la fisura 

Localización de la fisura: zona libre 
alejada de discontinuidades o en las pro
ximidades de la placa tubular 

Sin embargo, esta formulación no permite in
corporar los efectos de variaciones dimensio
nales en el tubo. Mediante una regresión po
linómica de segundo grado se obtiene una ex
presión del área de abertura de la fisura de 
la forma: 

siendo X = M(~) Ri/t 

y M(~) en la forma propuesta por Krenk: 

M(~) = 0.614 + 0.481~ + 0.386 e-1.25~ 

Ao, A1 y A2 son los coeficientes de los 
polinomios de regresión. Existen tres fami
lias de dichos coeficientes, cada una de 
ellas correspondiente a la pared interior, 
sección media y pared exterior del tubo. 

Otra ventaja adicional es que permite incor
porar con facilidad la corrección por zona 
plástica. 

El margen de error entre las expresiones ana
líticas del apartado anterior y el área obte
nida mediante el cálculo por Elementos Fini
tos para fisuras comprendidas entre 7 y 22 
mm. de longitud en zona alejada de disconti
nuidades es: 

en la pared interna: < 0.1~ 
en la sección media: < 0.5~ 
en la pared externa: < 1~ 

El modelo analítico propuesto por Krenk (1) y 
el modelo numérico (2) utilizado con el fac
tor de amplificación de tensiones de Krenk 
dan resultados sensiblemente equivalentes: 

CUando la presión no se aplica en los 
bordes de la fisura, los resultados son 
equivalentes si se considera el área de 
la fisura en la pared externa (Figura 4). 

!.2 1 ¡· 

1 
5. 

- HETODO ANALITICO 

1' ::. 2.8 -~- ~~~o~XTME~! IMETODO E. F. (SIN PRESION 
--- PARED INTERNA EN BORDES DE FISURA) 

!::1 C· 

- . 
~ 2. ': '- . 

~ 1.8 

"' "' .e 1.6 

"' e 
.e 1.4 

"' "' 1.2 .e 

1. 

.e 

.6 .. 

.2 

"111. 2. .. 16. 18. 20. 22. 24. 26. 

LONGITUD DEL DEFECTO (MM) 

Fig. 4. Comparación de áreas de abertura ana
líticas y numéricas. Análisis elástico. Inco
nel 600 - 0 19.05 mm. - t = 1.09 mm. - P = 
100 bar. 
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cuando la presión se aplica a los bordes 
de la fisura, los resultados son equi va
lentes si se considera el área de la fi
sura en la sección media del espesor 
(Fig. 5). 

5 .• 

3.2 

5. 

2.8 

2.6 

- HETODO ANALITICO · 
---.PARED EXTERNAIMETODO E.F. (CON PRESION .) 

O SECCION MEDIA EN BORDES DE FISURA) : Í:: 
--- PARED INTERNA . ! 

2.4 :e 
2.2 

2. 

1.8 

1.6 

1.4 

1.2 

1. 

.e 

.S .. 
• 2 

"111. 2. •• 16. 18. 20. 22. 24. 26. 

LONGITUD DEL DEFECTO (MM) 

Fig. 5. Comparación de áreas de abertura ana
líticas y numéricas. Análisis elástico. Inco
nel 600 - 0 19.05 mm. - t = 1.09 mm. - P = 
100 bar 
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El análisis de los resultados de la modeliza
ción tridimensional por Elementos Finitos de 
un tubo fisurado bajo la acción de diversas 
cargas de presión en régimen elástico permite 
deducir las siguientes conclusiones: 

El efecto de fondo (tensión axial) no in
fluye sensiblemente en el área de una fi
sura longitudinal pasante. 

Las cargas de presión interna y externa 
se pueden reemplazar por una presión di
ferencial. 

El área es proporcional a la presJ.on di
ferencial aplicada e inversamente propor
cional al módulo de elasticidad. 

El área de la fisura aumenta linealmente 
con la presión sobre los bordes del de
fecto. Esta presión actúa como una carga 
suplementaria que tiende a abrir la fisu
ra. 

El modelo tridimensional permite tener en 
cuenta el efecto de la flexión en los 
bordes de la fisura. 

Las caracteristicas geométricas del tubo 
influyen en el área de la fisura. Para un 
material dado, el área depende de la lon
gitud del defecto y de su localización, 
además del diámetro y espesor del tubo. 

4. DETERMINACION DEL AREA DE ABERTURA DE UNA 
FISURA EN REGIMEN ELASTOPLASTICO 

Las medidas del área de una fisura longitudi
nal pasante a temperatura ambiente en tubos 
de G.V. de Inconel 600 muestran que un modelo 
elástico puede ser satisfactorio mientras que 
la presión interna sea moderada. A medida que 
la presión aumenta, el modelo subestima exce
sivamente el área, y ello ocurre a una pre
sión tanto mas moderada cuanto mayor sea la 
longitud de la fisura. En particular, para 
fisuras superiores a 10 mm. y presiones pró
ximas o superiores a 100 bar los modelos 
elásticos dejan de ser satisfactorios (Figura 
6). 

Una evaluación mas realista se puede hacer, o 
bien utilizando un modelo elastoplástico, o 
bien utilizando un modelo elástico aplicando 
una corrección por zona plástica para tener 
en cuenta el efecto de la plasticidad en el 
sentido en que se utiliza en el método de 
Paris-Tada. 

En este segundo método, la semilongitud de 
fisura, a, se sustituye por una semilongitud 
al, que según Irwin es [4, 5): 

a + r y 

K 2 
a+ __ I __ 

2 1TCJ 2 
y 

siendo K¡ el factor de intensidad de ten
siones y O'y el limite elástico con defor
mación permanente del 0.2~. 

2'!· 
o 

22. 
Defecto 2a=20 HM 

20. 

o : RESULTADOS EXPERIMENTALES 

! 
18. E.F. (PARED INTERNA Y EXTERNA) 

-- : E. F. (SECCION MEDIA) 

~ 
16. 

~ 
o 

"' 
14. o Defecto 2a=l5 HM ., 

.e ., 12 • e 
.e o o 

"' :;¡ 10. o Defecto 2a=l0 MM 

o 
B. o 

o 
o 

6. o 
o 

o o o 
4. 

o 

o o o 
2. 

0"0. 4. a. 12. 16. 20. 2•. 28. 32. 36. 40. 

PRESION (KPa) 

Fig. 6. Comparación de áreas experimentales y 
teóricas (método de E. F. análisis elástico) . 
Inconel 600 - 0 19.05 mm. - t = 1.09 mm. 

Por tanto, el cálculo de la longitud efectiva 
al requiere un proceso iterativo en K¡. 

Otra expresión del radio plástico ry exis
tente en la literatura es la de Dugdale: 

a + r 
y 

cos 

a 

1T M(h.> ce 
2 ao 

siendo CJo la tensión de fluencia plástica 
del material. Esta tensión de fluencia plás
tica responde a una expresión del tipo: 

siendo O' y y O' u el límite elástico y 
la carga de rotura respectivamente. 

Mediante el ajuste de los resultados de ensa
yos de reventado de tubos fisurados se obtie
ne el siguiente valor de K 

K = 0.59 ± 0.01 

para tubos de 19.05 mm. de diámetro. 

De esta manera, el modelo de Dugdale permite 
incorporar la misma tensión de fluencia plás
tica CJo que se emplea en la determinación 
de los tamaños críticos de fisuras. 

En definitiva, el área de abertura con co
rrección por zona plástica/de Krenk,quedaria: 

A 
ae Jh.f -E--41Trt 

o 
(3) 
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siendo A.r 

El modelo numérico queda definido de la si
guiente manera: 

A = E.F. 
(4) 

siendo Ai coeficientes determinados a par
tir de los resultados obtenidos con el análi
sis elástico. 

La concordancia entre el modelo analítico y 
el de Elementos Finitos queda reflejada en 
las Figuras 7 y 8. 

Las Figuras 9 y 10 comparan las medidas de 
áreas experimentales y el modelo analítico y 
numérico con corrección por zona plástica se
gún el modelo de Dugdale de fisuras de 15 y 
20 mm. respectivamente. 

Para un defecto de 15 mm. de longitud (Figura 
9), el modelo concuerda muy bien con los re
su! tados experimentales. En el rango de O a 
200 bar, la diferencia entre las previsiones 
teóricas y la experiencia es inferior al 20%. 
Cuanto menor es la longitud de la fisura, el 
área se sobreestima a presiones mas bajas, 
mientras que cuanto mayor es la longitud del 
defecto, el área se subestima en un rango ma
yor de presión. 
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Fig. 7. Comparación entre áreas analíticas y 
numer1cas. Análisis elástico con corrección 
por zona plástica según el modelo de Dugdale. 
Inconel 600 - 0 19.05 mm. - t = 1.09 mm. -
P ,. 100 bar 
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Fig. 8. Comparación entre áreas analíticas y 
numer1cas. Análisis elástico con corrección 
por zona plástica según el modelo de Dugdale. 
Inconel 600 - 0 19.05 mm. - t = 1.09 mm. -
P = 100 bar 
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Fig. 9 Comparación entre áreas experimentales 
y teóricas (modelos analítico y numérico en 
régimen elástico corregidos según el modelo 
de Dugdale). Inconel 600 - 0 19.05 mm. 
t = 1.09 mm. 
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Fig. 10. Comparación entre áreas experimenta
les y teóricas (modelos analítico y numérico 
en régimen elástico corregidos según el mode
lo de Dugdale). Inconel 600- 0 19.0S mm. -
t = l. 09 mm. 

S. CONCLUSIONES 

De la comparacJ.on entre las mediciones ex
perimentales y los cálculos teóricos se 
obtienen las siguientes conclusiones: 

Para longitudes de fisura superiores a 10 
mm. y presiones superiores a 100 bar, los 
modelos elásticos no son apropiados para 
predecir el área de abertura de la fisura. 

Para longitudes superiores a 10 mm. un 
modelo elástico con correccJ.on por zona 
plástica (Dugdale) proporciona estimacio
nes satisfactorias del área de abertura 
de fisura. El modelo subestima el área y, 
por tanto, la tasa de fuga, lo que es 
conservativo desde el punto de vista del 
Leak Before Break. 

Cuando la fisura se encuentra en la zona 
libre alejada de discontinuidades, el mo
delo numérico basado en los resultados de 
los cálculos de Elementos Finitos (3) y 
el modelo analítico ( 4) proporciona re
sultados comparables: 

- El modelo analítico equivale a los re
sultados del numérico en la sección me
dia del tubo cuando no se considera 
presión aplicada sobre los bordes de la 
fisura. 

- El modelo analítico equivale a los re
sultados del numérico en la pared ex
terna cuando no se considera presión 
sobre los bordes de la fisura. 
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ANALISIS MATEMA TICO DE LA CONTRAST ACION EXPERIMENTAL DE LOS 
MODELOS DE FRACTURA DE HORMIGON 

Llorca, J., Planas, J., Elices, M. 

Departamento de Ciencia de Materiales 
Universidad Politécnica de Madrid 
E.T.S. Ingenieros de Caminos. Ciudad Universitaria. 
28040 - MADRID. 

Resumen.- Durante los últimos años se han desarrollado diversos modelos basados en la Mecánica de 
Fractura no lineal para explicar el comportamiento en fractura del hormigón. Un método habitual para 
contrastar experimentalmente los modelos es realizar ensayos no estables con distintas geometrías y 
tamaños, ajustando los parámetros de cada modelo para reproducir los valores de las cargas máximas 
obtenidas en los ensayos. Por desgracia, a pesar del importante esfuerzo experimental llevado a cabo en 
esta linea, no se ha conseguido definir qué modelos son más adecuados y cual es su rango de validez. 
En este artículo se estudia teóricamente la posibilidad de validar los modelos midiendo únicamente la 
carga máxima y para los tamaños que es razonable ensayar en el laboratorio usando probetas compactas 
y de flexión en tres puntos. A partir de un conjunto de resultados experimentales, se han ajustado los 
parámetros de los modelos y , mediante el método de los elementos finitos, se han calculado los 
resultados predichos por cada uno. Para tamaños muy grandes se han estudiado las relaciones entre los 
distintos modelos y se ha realizado un análisis asintótico para conocer los distintos comportamientos. 
Los resultados obtenidos muestran que, para los tamaños usuales en el laboratorio, los modelos son 
prácticamente indistinguibles mientras que para grandes tamaños presentan diferencias en la carga 
máxima de hasta el 30%. Por lo tanto, la contrastación experimental de los modelos debe basarse en 
medir otras magnitudes además de la carga máxima. 

Abstract.- During last years, severa! models based on non-linear fracture mechanics have been 
developed in order t~ explain the concrete fracture behaviour. One usual method to experimentally 
contrast the models 1s to perform unstable tests with different geometries and sizes. Each model 
parameters are adjusted to reproduce the maximum load values obtained in the tests. Unfortunately, in 
spite of the important experimental effort carried out in this way, it has not been possible to find out 
what are the most adecuate models and what is their validity range. 

This paper studies theoretically the possibility of validating the models by measuring the maximum load 
only and for ~ose sizes and geome~es (compact tension and three point bend specimens) tha are 
usual~y tested m the laborato!Y· To thts end, ~e model parameters have been adjusted from a set of 
expenmental results and maxtmum loads predicted by each one ha ve been calculated by finite element 
anal:ysis. For larger sizes the analysis has been done using the asymptotic approximation developed 
prev1ous~y. The res?l~ ob~ed show that, for the p;acticallaboratory sizes and geometries, the models 
are pracncally undistingutshable. However, large s1zes show up to 30% differences in maximum load 
determination. Therefore, experimental validation of the models must be based not only on maximum 
load determination, but on other magnitudes as well. 
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l. INTRODUCCION 

Hoy en dia es comunmente aceptado que para explicar 
el comportamiento en rotura del hormigón es 
necesario aplicar la Mecánica de Fractura no lineal 
[8]. Entre los distintos modelos desarrollados con 
este fm, unos hacen uso de los conceptos básicos de 
la fractura elástica y lineal introduciendo hipótesis 
complementarias para reproducir las no-linealidades y 
otros describen la fractura mediante ecuaciones 
constitutivas con ablandamiento e hipótesis 
complementarias de localización de las 
deformaciones. En ambas situaciones, algunos de los 
parámetros de los modelos Oongitud de la fisura en 
los primeros y forma de la curva de ablandamiento en 
los segundos) son difíciles de m e di r 
experimentalmente y se suelen obtener por métodos 
indirectos. 

Un método sencillo para contrastar experimentalmente 
los modelos es medir las cargas máximas obtenidas 
para distintas geometrías y tamaños de laboratorio. 
Los parámetros de los modelos que no se pueden 
medir directamente se ajustan de manera que 
reproducen las cargas máximas experimentales 
obtenidas para distintos tamaños y una misma 
geometria. Con estos parámetros, los modelos deben 
predecir las cargas máximas de otros ensayos 
realizados con geometrias diferentes. Es de esperar 
que, de todos los modelos disponibles, sólo uno de 
ellos realice correctamente esta predicción. Sin 
embargo hasta ahora todos ellos han dado buenos 
resultados y, teniendo en cuenta la dispersión 
experimental, no se puede afirmar que uno sea 
superior a los otros. En este artículo se comparan tres 
modelos que han sido propuestos independientemente 
a la RILEM como marco teórico para caracterizar el 
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comportamiento en fractura del hormigón: el modelo 
de la Fisura Cohesiva [1], la ley del Efecto del 
Tamaño de Bazant [2] y el modelo de Dos Parámetros 
de Shah [3]. El objetivo es demostrar si es o no 
posible validar uno de los modelos frente a los otros 
midiendo unicamente la carga máxima para 
geometrías y tamaños de laboratorio. 

2. CURVAS DE INFLUENCIA DEL TAMAÑO EN 
LA CARGA DE ROTURA 

Para lograr el objetivo hay que comparar las curvas de 
influencia del tamaño en la carga de rotura que se 
obtienen de cada modelo para distinguir geometrías. 
El análisis de los resultados es más sencillo cuando la 
curvas de efecto del tamaño se dibujan en función de 
dos variables adimensionales X e Y [4]. La variable 
de ordenadas Y viene expresada por: 

y (1) 

donde E es el módulo de elasticidad, Gp la energía de 
fractura y KIN•max el factor de intensidad de tensiones 
nominal máximo definido de la siguiente forma: 

KIN.max = ;:Dm S (aJD) (2) 

dond P max es la carga máxima, 11o la entalla inicial, B 
es el espesor y D la anchura. Se han estudiado la 
probeta compacta y la viga de flexión en tres puntos 
con las dimensiones recomendadas en la norma 
ASTM E-399. La función de forma S(aJD) es bien 
conocida para estas geometrías. 

La variable de abcisas X puede escribirse así: 

X_ 2 S'(aofD) lch 
- S(aJD) D (3) 

donde S'(a/D) es la derivada de S(aofD) con respecto 
al argumento, lch es la longitud característica del 
material definida como: 

EGp 
lch=--

cr? 
(4) 

y crlla tensión de rotura en tracción del hormigón. La 
función X depende de las propiedades del material 
(lch), del tamaño (D) y de la geometría (S(aJD)). En 
principio, diferentes modelos presentan diferentes 
estimaciones de los parámetros de fractura Gp y lch, 
por lo que, para poder comparar los resultados, las 
coordenadas X e Y deben obtenerse con los 
parámetros de un modelo de referencia. En lo que 
sigue se tomará como modelo de referencia el modelo 
de la fisura cohesiva con ablandamiento exponencial, 
que se define en la sección siguiente, con lo que los 
parámetros genéricos Gp y lch de las ecuaciones (1) y 
(3) se escriben como GFE y lchE, donde el subíndice E 
se refiere a ablandamiento Exponencial. 

Modelos de Fisura Cohesiva 

Las curvas de influencia del tamaño en la carga de 
rotura para el modelo de fisura cohesiva se obtuvieron 
mediante el método de las matrices de influencias [5]. 
Las mallas de elementos finitos utilizadas para obtener 

las matrices de influencia, están representadas en la 
figura l. Se han utilizado 100 elementos iguales en 
las secciones centrales para conseguir unos resultados 
precisos en el rango de tamaños estudiado (0.75 < 
lch/D s; 3), equivalente, para un hormigón normal, a 
D comprendidos entre 10 y 40 cm aproximadamente. 

Para cada geometría se han repetido los cálculos con 
dos curvas de ablandamiento distintas. 
Ablandamiento exponencial 

cr -[B m w] 
-= (1+A) e GFE -A 
crt . 
(5a) 

(5b) 

Fig. la. Malla de elementos finitos para la viga de 
flexión. 

,¡ 

Fig. 1 b. Malla de elementos finitos para la probeta 
compacta. 
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donde A = 8.2896 • 10-3 y B = 0.9602; y 
ablandamiento lineal 

cr cr 2G 
-= 1-icf.;;-w si o < w < ----E1. (6a) 
crt FL crt 

~=0 si 32.a. <w (6b) 
O"t O"t 

donde el subíndice L para GF se refiere a 
ablandamiento Lineal. 

Para tamaños muy grandes (D ~ oo, X~ 0), la 
ecuación de curva de efecto del tamaño se ha podido 
conocer mediante el análisis asintótico [6] y adopta la 
forma: 

Llacoo 
Y=1+~X (7) 

donde Ll~oo depende unicamente de las propiedades 

del material y vale 2.4805 para ablandamiento 
exponencial y 0.4195 para ablandamiento lineal [4]. 

Ley del Efecto del Tamaño 

La ley del efecto del tamaño de Bazant [2] puede 
escribirse de la forma: 

EGFB _ 1 + A.o 
2 - D 

KIN max 

(8) 

donde A.o es un parámetro con dimensiones de 
longitud y que depende de la geometría y del material. 
GFB es la energía de fractura de acuerdo con el 
modelo de Bazant. Realizando un cambio de 
coordenadas, la ecuación (8) puede escribirse: 

~G [ .:laceo B J 
Y= 1 + lchE X 

FB 
(9) 

El nuevo parámetro .:lacooB depende también de la 
geometría y de las propiedades del hormigón. 

Modelo de los Dos Parámetros 

El modelo de los dos parámetros de Shah postula que 
en un elemento fisurado inicialmente, al aumentar la 
carga exterior se produce un crecimiento de la fisura. 
La carga máxima se alcanza cuando, para la nueva 
fisura de longitud ao+.:lac. simultaneamente el factor 
de intensidad de tensiones alcanza un valor critico 
K1cS y la abertura de la fisura en el lugar donde se 
encontraba la entalla inicial llega a un valor crítico 
CTODcS· Ambos parámetros, K1cs y CTODcS son 
propiedades del material e independientes de la 
geometría 

Para comparar el modelo de Shah con los otros 
modelos es conveniente definir dos parámetros 
derivados, GFs y .:lacoos de acuerdo con: 

(lOa) 

An 1tE (CT0DcS)2 
L.>acoos = 32 GFs . (10b) 

A partir de estos nuevos parámetros puede llegarse a 
una expresión asintótica de la ley del efecto del 
tamaño (X~ O) [7]: 

(11) 

En [7] se da la expresión paramétrica para la curva 
completa de. efecto del tamaño. A diferencia del 
modelo de Bazant, Llllcoos depende unicamente de las 
propiedades del material y no de la geometría. La 
longitud característica (ecuaciones (9) y (11)) se 
calcula con la energía de fractura del modelo de la 
fisura cohesiva. (ecuación 4). 

3. COMPARACION ENTRE LOS MODELOS 

Supongamos que disponemos de un conjunto de 
resultados experimentales para la probeta de flexión 
en tres puntos con una entalla inicial aofD= 0.5. 
Como rango de tamaños que se suelen ensayar en el 
laboratorio tomamos 0.1 m ::;; D ::;; 0.4 m. 
Supongamos que estos resultados se pueden ajustar 
con toda precisión mediante el modelo de la fisura 
cohesiva con ablandamiento exponencial, con unas 
magnitudes de la energia de fractura y de la longitud 
característica GFE y lchE. Estos 2 valores se utilizan 
como referencia para comparar con los demás 
modelos. 

A panir del mismo conjunto de resultados 
experimentales se pueden ajustar los parámetros de 
los otros modelos (GFM y .:lacooM) de manera que los 
reproduzcan adecuadamente [4]. Los resultados de 
este ajuste se encuentran en la tabla l. 

El modelo de fisura cohesiva con ablandamiento lineal 
tiene un solo grado de libenad en el ajuste puesto que 
una vez determinada GFL la longitud característica lchL 
viene expresada por: 

G 
lchL = ~ • lchE (12) 

TABLA l Resultados parn los djstjntos modelos 

Modelo Máxima diferencia en la carga 
de fractura(%) [0.l<D<0.4 m] 

Fisura cohesiva 
Ablandamiento 
lineal 0.64 0.108 ±2.0 

Efecto del 
tamaño 0.52 0.044 ±2.5 

Dos 
parámetros 0.48 0.030 ±2.9 



108 VI ENCUENTRO DEL GRUPO ESPAÑOL DE FRACTURA 

PROBETA 
---COMPACTA 
---- FLEXION 

7 lD 

'"' X 

~ lf1 < 0.5 
z 

;:; '<T 

w 
t.!Y-m 
w 

11 
>- N 

5 10 

D; =S0D/ <250) 

ABLANDAMIENTO 
EXPONENCIAL 

20 25 

Fig. 2. Curvas de efecto del tamaño para el modelo 
de fisura cohesiva con ablandamiento 
exponencial. 

A partir de los valores de GFE y lchE se han calculado 
las diferentes curvas de efecto del tamaño para la 
probeta de flexión en 3 puntos (TPB) (aofD = 0.2, 
0.3, 0.4 y 0.5) y la probeta compacta (CTS) (aofD = 
0.3, 0.4 y 0.5) del modo señalado más arriba. Los 
resultados se han dibujado en un diagrama X-Y en la 
figura 2. Como puede observarse, para la geometría 
de flexión, las curvas de efecto del tamaño son 
practicamente independientes de la entalla inicial 
cuando se representan en estas coordenadas. 

En las figuras 3 y 4 se muestran las curvas de efecto 
del tamaño para las geometrías TPB y CTS 
respectivamente, con diferentes entallas iniciales y 
para el modelo de fisura cohesiva con ablandamiento 
lineal y el modelo de referencia. Las características del 
hormigón con ablandamiento lineal (GpL y .llacooL) 
son las recogidas en la tabla l. Ambos modelos 
predicen comportamientos muy semejantes para los 
tamaños que se suelen ensayar en el laboratorio y la 
dispersión experimental hace que se muy dificil 
distinguir cual de ellos es el que modeliza 
correctamente la realidad 

Las figuras 5 y 6 son análogas a las 3 y 4 con la 
diferencia de que se ha representado la ley del efecto 
del tamaño de Bazant junto al modelo de referencia. 
El valor de GFB utilizado es el de la tabla l. Como en 
el modelo de Bazant LlacooB depende del material y la 
geometría, se ha ajustado para cada probeta (TPB y 
CTS) y entalla inicial de manera que se acerque lo 
más posible a los valores del modelo de referencia. Al 
igual que en el caso anterior, ambos modelos predicen 
comportamientos muy semejantes en la zona 
experimental. 

Finalmente se ha realizado la comparación para el 
modelo de los dos parámetros y la geometría TPB 
(figura 7), utilizando los parámetros del modelo de 
Shah de la tabla 1 y llegando a los mismos resultados 
que para los otros modelos. 

MODELO 
A. LINEAL 

- - - - A. EXPONENCIAL 
7 lD 

"' X 

~ lf1 a 0 /D < O. 5 
z 

;:; '<T 

l1.l 

t.!Y-m 
w 

11 
>- N 

j : l 
5 10 20 25 

Fig. 3. Curvas de efecto del tamaño. Modelo de 
fisura cohesiva con ablandamiento lineal. 
Geometría TPB. 

MODELO 
A. LINEAL 

- - - - A. EXPONENCIAL 

a 0 /D 
0.5 
o. 4 
0.3 

7 lD 

"' X 

~ lf1 
z 
€~ 

w 
~(T) 
w 

11 
>- N 

5 10 20 25 

Fig. 4. Curvas de efecto del tamaño. Modelo de 
fisura cohesiva con ablandamiento lineal. 
Geometría CTS. 

4. CONCLUSIONES 

Los resultados dibujados en las figuras 2-7 muestran 
que, para dos de las geometrías más comunes de 
laboratorio y los tamaños que habitualmente se puede 
ensayar, los parámetros de 4 de los modelos de 
fractura de hormigón más utilizados pueden ajustarse 
de tal modo que las curvas de efecto del tamaño no se 
pueden diferenciar. Por otro lado, aunque sus 
predicciones son semejantes en la zona experimental, 
para tamaños muy grandes aparecen grandes 
diferencias en la carga de rotura. El modelo de Shah, 
el modelo de Bazant y el modelo de la fisura cohesiva 
con ablandamiento lineal son conservadores, en un 
31, 28 y 20% respectivamente, en relación al modelo 
de fisura cohesiva con ablandamiento exponencial 
[4]. 

En consecuencia, si se desea validar alguno de los 
modelos es necesario realizar ensayos en elementos 
de gran tamaño (varios metros de longitud) o bien 
medir otras magnitudes complementarias en los 
ensayos junto con la carga de rotura. 
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MODELO 
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Fig.5. Curvas de efecto del tamaño. Modelo de 
Bazant Geometría TPB 
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Fig. 6. Curvas de efecto del tamaño. Modelo de 
Bazant. Geometría CfS. 

MODELO 
SHAH 
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Fig. 7. Curvas de efecto del tamaño. Modelo de 
Shah. Geometría TPB. 
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VARIACION DE LA ENERGIA DE FRACTURA CON EL TAMAÑO EN 
MODELOS DE FISURA COHESIVA : MODELO DE LIGAMENTO 
PERTURBADO 
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Departamento de Ciencia de Materiales 
E.T.S. Ingenieros de Caminos, Canales y Puertos 
Universidad Politécnica de Madrid 
Ciudad Universitaria s/n 
28040-MADRID 

Resumen.- Numerosos resultados experimentales, y en particular algunos obtenidos en el 
Departamento de Ciencia de Materiales de la U.P.M. han mostrado que el trabajo 
específico de fractura para el hormigón depende del tamaño de probeta no pudiendo por 
ello ser una característica del material y en consecuencia impidiendo la aplicación de un 
modelo cohesivo. En el presente artículo se desarrolla el modelo de Ligamento 
Perturbado que aporta con sorprendente simplicidad y exactitud una explicación a estos 
resultados, permitiendo continuar con la utilización de modelos cohesivos. La idea básica 
consiste en suponer que no toda la superficie de rotura será capaz de desarrollar la misma 
energía de fractura. La comunicación se completa aplicando dicho modelo a distintos 
resultados obtenidos en laboratorios europeos, que pone de manifiesto una buena 
concordancia con la evidencia experimental. 

Abstract.- A great number of experimental results, and in particular sorne of them 
obtained in the Department of Materials Science of U .P.M. ha ve shown the dependence 
of concrete specific fracture work on specimen size. This fact unable cohesive models to 
be u sed since fracture energy is a material characteristic, regardless of the size. This paper 
develops the Perturbed Ligament Model that explains in a surprisingly simple and 
accurate way the experimental results, being compatible with the use of a cohesive model. 
The basic idea is to suppose that not all the fracture surface is able to develop the same 
fracture energy. The paper is completed by applying successfully the model to available 
experimental results from european laboratories. 

1.- INTRODUCCION 

Los modelos de fisura cohesiva, introducidos por 
Hillerborg y colaboradores [1],[2], son algunos de los más 
extendidos para entender y explicar la fractura del 
hormigón. En dichos modelos se supone que la grieta que 
se forma durante el proceso de fractura no pierde 
instantáneamente su capacidad resistente si no que ésta 
disminuye monótonamente conforme se incrementa la 
separación de los labios de la fisura. En modo 1, esta 
relación tensión transmitida- apertura de fisura se conoce 
con el nombre de curva de ablandamiento y es una función 
material, esto es, independiente de la geometría y 
solicitación de la probeta. 

Estos modelos suelen explicar el comportamiento fuera de 
la zona de fractura a través de las ecuaciones de la 
elasticidad lineal, y por consiguiente no existirá ninguna 
disipación energética que no sea debida a la fisura. Es por 
ello por lo que se suele identificar el trabajo cedido a la 
probeta durante su fragmentación con la energía necesaria 
para crear la superficie de fractura, que será igual a la 
energía de fractura específica Gp multiplicada por el área 
creada. En este punto señalemos que puesto que Gp será el 

área bajo la curva de ablandamiento cr-w, su valor deberá 
ser una constante material, independiente del tamaño de la 
probeta [3] . 

Sin embargo, los resultados de numerosos experimentos 
realizados sobre probetas de hormigón, y en particular 
algunos de los realizados en nuestro Departamento, inducen 
a pensar que el trabajo específico (=trabajo realizado sobre 
la probeta descontando la posible disipación en apoyos, el 
trabajo del peso etc .. dividido por el área de fractura) 
depende del tamaño de la probeta, dando al traste con la 
aplicabilidad de los modelos habituales de fisura cohesiva 
con comportamiento elástico lineal fuera de la grieta. 

En este articulo se desarrolla el Modelo de Ligamento 
Perturbado que explica con sencillez y exactitud los 
resultados experimentales manteniendo la hipótesis de 
comportamiento elástico-lineal fuera de la fisura. 

El articulo está dividido en cuatro apartados, más otro de 
referencias bibliográficas. Los tres primeros se dedican a 
exponer las hipótesis básicas que utilizaremos, calcular con 
ellas el trabajo específico de fractura y aplicar el resultado a 
los datos experimentales publicados, respectivamente. Por 
último en el cuarto apartado haremos referencia a otras 
posibles interpretaciones de la dependencia de Gp que 
conducen a la misma expresión del trabajo específico. 
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2.- HIP01ESIS BASICAS 

En lo sucesivo mantendremos la suposición de que fuera de 
la zona de fractura el material es elástico-lineal y en 
consecuencia no existirá disipación energética en volumen. 

Asi mismo supondremos que en el trabajo de fractura se 
han realizado los descuentos oportunos para eliminar 
disipaciones debidas a los apoyos, al trabajo del peso u 
otras ajenas al proceso de fractura [4] . 

Nuestra hipótesis fundamental será el considerar que la 
energía de fractura específica GF no es igual en todo el 
material de la superficie de fractura. En particular 
supondremos que , debido a fenómenos tales como 
retracción, segregación durante el moldeo de la probeta, 
gradientes de temperatura etc .. , existe una zona cerca de la 
periferia de la probeta que esta dañada y que tendrá menor 
resistencia que el material sano del interior. Así las cosas, 
razonablemente supondremos que dicha zona dañada es de 
profundidad constante, independiente del tamaño de la 
probeta (figura 1). 

Figura l. Zona dañada en una probeta de flexión. 

3.- TRABAJO DE FRACTURA 

Para estudiar el efecto de tamaño consideraremos en primer 
lugar el caso general donde exista un dañado lateral de la 
probeta, teniendo la energía específica de fractura un aspecto 
similar al representado en la figura 2. Si evaluamos el 
trabajo de fractura que será necesario desarrollar 
obtendremos: 

donde L es la longitud de ligamento inicial ,G°F la energía 
de fractura correspondiente al material sano y los Vi 
representan la energía consumida en las zonas periféricas 
que puede ponerse como: 

V¡+Vz=K¡ e+K2 } 
V3+V 4=K3 L+K4 } conduce a 

V¡+Vz+V3+V4=M¡ e+MzL+M3 

Figura 2. Distribución de la energía de fractura en la zona 
del ligamento. 

siendo K¡ y M¡ constantes. Con ello el trabajo por unidad 
de espesor queda como: 

WF/e = [G°F (e-(c+d))/e] [L-(a+b)]+M¡+(Mz+M3)/e 

y si consideramos series de espesor constante: 

Wp/e=G*F L- cte=G*F (L-lp) (1) 

en esta última expresión G*F sería una energía de fractura 
aparente que incluye el efecto del espesor (e) , y 11? un 
parámetro al que denominaremos longitud de perturbactón , 
cuyo significado se manifiesta con mayor claridad al 
analizar un problema plano, como se hará a continuación. 

o·· 
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o . .. 
.,-------,....\1 
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Figura 3. Distribución de la energía de fractura para un 
problema plano. 

En el caso de un problema plano (figura 3), las zonas con 
diferente energía específica se sitúan en ambos extremos de 
la probeta y en consecuencia el trabajo cedido al material 
por unidad de espesor será ahora: 

Wp/e=G°F [L-(a+b)]+A¡+Az 

que se reduce fácilmente a la forma : 

Wp/e=GOp [L-lp] (2) 

formalmente análoga a la ecuación (1) y donde podemos 
interpretar lp como una zona del ligamento ya rota y que no 
contribuye al trabajo de fractura (figura 4). 
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Figura 4. Distribución equivalente de la energía de fractura. 

4.-APLICACION A RESULTADOS EXPERIMENTALES 
PUBLICADOS 

En la figura 5 y en la tabla 1 se presentan los resultados 
obtenidos al aplicar las expresiónes (1) ó (2) a los 
resultados de ensayos sobre probetas de hormigón 
realizados en el Departamento de Ciencia de Materiales [5] y 
a los resultados de un Round Robín entre laboratorios 
europeos que se encuentra publicado en las referencias [6] 
y [7]. 

Laboratorio 

Bundesanstalt für Materialprüfung (BAM), Berlín 
BAM-1 
BAM-2 

Ente Nazionale per !'Energía Elettrica {ENEL), Milán 
ENEL-1 
ENEL-2 

Ecole Polytechnique Fédérale de Lausanne (EPFL), Lausana 
EPFL-1 
EPFL-2 

Italcementi (IT). Bérgamo 
IT-1 
IT-2 
IT-3 

Lund Institute of technology (LTH), Lund 
LTII-1 
LTII-2 
LTII-3 
LTII-4 

Univesidad Politécnica de Madrid (UP), Madrid 
UP-1 
UP-2 
UP-3* 

(*).-ensayos realizados a -170 e 

En general cabe señalar el muy buen ajuste obtenido, con 
dispersiones mucho menores que las presentes 
habitualmente en los ensayos de hormigón, aunque es de 
lamentar que en la mayor parte de los caso sólo tengamos 
disponibles datos de tres tamaños de probeta. Es interesante 
observar que el ajuste mejora notablemente cuando se 
dispone de cuatro tamaños para realizarlo, como ocurre en 
los ensayos realizados en ENEL (Milán) y en nuestro 
Departamento. 

En todos los gráficos se ha representado la desviación 
estándard de cada tamaño y en aquellos puntos donde no 
disponemos de este dato se ha indicado este hecho mediante 
el símbolo (o) . 

Los valores de lp calculados presentan en general una gran 
dispersión, debida en parte a los elevados tamaños 
máximos de árido empleados, de hasta 34 mm. con 
ligamentos de 50 mm. 

En lo que respecta a Gp calculada según el modelo le 
ligamento perturbado podemos comprobar que los valores 
obtenidos tienen una desviación estándard reducida en 
líneas generales.En los gráficos se observa como dentro de 
los valores experimentales la recta de ajuste encaja de forma 
notable. 

GF (N/m) lp (mm) 

132 (15) 19 (11) 
114 (2) 1 (2) 

75 (8) 11 (8) 
104 (10) 10(8) 

195 (31) 29 (13) 
286 (47) 32 (13) 

104 {18) 10 (19) 
177 (27) 19 (15) 
247 (11) 15 (5) 

192 (11) 22 {5) 
124 (12) 4 (10) 
175 (6) 23 (3) 
79 (3) 8 (4) 

149 (4) 9(3) 
100 (5) 17 (6) 
332 (9) 19 (3) 

Tabla l. Valores obtenidos del ajuste para resultados de fractura de distintos laboratorios europeos. 
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Figura 5. Ajuste de los valores del trabajo de fractura por unidad de espesor de la probeta CWF/e) 
frente a la longitud del ligamento (L) , para resultados de distintos laboratorios. 
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5.- 01RAS INTERPRETACIONES DEL AJUSTE 

El ajuste realizado de los datos experimentales se basa en la 
utilización de las expresiones (1) ó (2), que no hacen si no 
mostrar una relación lineal entre el ligamento y el trabajo 
por unidad de espesor cedido a la probeta. Dichas 
expresiones se han obtenido a través de un modelo muy 
simple que preserva las hipótesis fundamentales de los 
modelos de fisura cohesiva . Sin embargo, existen otras 
posibles explicaciones a dicha relación lineal. 

Ello ocurre por ejemplo al considerar cierta disipación en 
volumen en el entorno de la fisura cohesiva. Podemos 
pensar que es debida al enorme estado tensional a que se 
somete el material en esta zona , plastificándole. Si el 
desarrollo de la zona dañada no ocurre instantáneamente, si 
no por el contrario necesita de cierta longitud (figura 6) , el 
balance energético dará: 

Wp=GOFL e+hLe v-A ev 

donde GOF• L, e tienen el significado ya conocido, h es el 
ancho de la zona dañada , que suponemos constante, v la 
disipación por unidad de volumen y A la zona inicial no 
dañada debido al desarrollo progresivo de la fractura. 

Puesto que v,h y A los consideramos constantes e 
independientes del tamaño, nos quedará: 

WF/e=GOF L + h LV - A V =(GOF +C1) L - c2 

con C1 y C2 constantes, lo que proporciona una expresión 
lineal como las consideradas en el apartado 3. 

Es posible también obtener este tipo de formulación 
prescindiendo de la consideración de una fisura cohesiva, 
sin mas que considerar la banda de dañado, siendo entonces 
la ecuación correspondiente: 

también lineal con el ligamento. 

(j ...... . . 
A o. 

Figura 6. Zona de disipáción volúmica. 
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Resumen.- Los modelos de fisura cohesiva aparecen en la actualidad como excelentes aproximaciones para describir el 
comportamiento en fractura de ciertos materiales, entre los que figura en primer plano el hormigón. Sin embargo, 
debido a la dificultad de cálculo inherente a estos modelos (que requieren, en el mejor de los casos, la resolución de 
una ecuación integral no lineal) se mantiene la utilización de modelos elásticos modificados, basados en describir la 
fractura mediante una fisura no cohesiva junto con ciertas reglas de avance de fisura. En esta contribución se 
presentan resultados sobre la posibilidad de aproximación de modelos de fisura cohesiva por modelos elásticos 
modificados basados en curvas R-CTOD. Se demuestra, en primer lugar, que el modelo R-CTOD puede considerarse 
como una aproximación estrictamente matemática del modelo de fisura cohesiva. En segundo lugar se plantean con 
generalidad las ecuaciones que gobiernan el crecimiento de la fisura en el modelo R-CTOD y se analiza el 
comportamiento asintótico, demostrándose que el modelo puede aproximar muy bien los límites de grandes tamaños 
hasta dos términos de aproximación para cualquier geometría. Finalmente, se considera el caso de tamaños prácticos 
en probetas SEN flectadas con carga en tres puntos y se comparan los resultados que se derivan de los modelos de 
fisura cohesiva con los que se derivan de los modelos R-CTOD, mostrando que para los tamaños superiores a unos 8 
cm de canto, la aproximación tiene una precisión superior al 5%, por lo que la aproximación puede resultar muy útil en 
la práctica. 

Abstract.- Cohesive crack models appear today as excelent approxirnations to describe the fracture behaviour of 
certain materials, among which concrete appears in a frrst place. However, dueto the computational difficulties 
associated to these models (requiring, at best, the resolution of a non linear integral equation) the use of modified 
linear elastic models, based on describing fracture by means of a non stress transferring crack and crack growth rules. 
In this contribution results are presented regarding the possibility of approximating a cohesive model by a modified 
elastic model based on R-CTOD curves. We show, first, that the R-CTOD approach may be viewed as a purely 
mathematical approximation of a cohesive crack model. Next, the equations goveming crack growth in a R-CTOD 
model are set on general grounds and the asymptotic behaviour is analysed, showing that the model may represent 
very well the large size limit up to two terms of approximation for any geometry. Finally, the practica! size range is 
considered for three point bent SEN specirnens, and the results derived from cohesive crack models are compared with 
those deduced from the R-CTOD models, which show that for specimen depth larger than about 8 cm, the 
approxirnation has a better than 5 per cent accuracy, so that the approximation may be very useful in practice. 

1 . INTRODUCCION 

En tiempos recientes los modelos de fisura cohesiva [1, 2, 
3, 4] se están configurando como excelentes aproxima~ones 
para describir el comportamiento en fractura de c1ertos 
materiales, entre los que figura en primer plano el hormigón. 
Los modelos de fisura cohesiva pertencen al grupo de 
modelos de fractura capaces de describir la transición gradual 
del continuo inicial al medio fracturado, una de cuyas 
características prácticas más importantes es la complejidad de 
cálculo. Incluso en las formulaciones más sencillas el 
problema debe ser tratado incremental e iterativamente y en 
cada incremento se requiere la solución de una ecuación 
integral (no lineal). 

A la vista de esta complejidad, no es de extrañar que se 
hayan buscado aproximaciones más simples, al menos desde 
el punto de vista de su aplicación a la experimentación. Una 
buena parte de las alternativas son modificaciones de la teoría 
clásica de la fractura elástica lineal obtenidas manteniendo la 
fisura clásica no cohesiva como descripción de la geometría 
de la fractura y añadiendo reglas de avance de fisura más o 
menos fundamentadas. Para el hormigón se han propuesto 

diversos mOdelos, entre los que destacan el modelo clásico 
de las curvas R-Aa (ver, por ej., [5] y [6]), la Ley de Efecto 
de Tamaño de Bazant [7], el modelo de Dos Parámetros de 
Shah [8] y el modelo de fisura efectiva de Karihaloo [9]. 

Hoy por hoy, todos los modelos arriba mencionados tienen 
sus defensores (y sus detractores) y no se han encontrado 
métosos experimentales que señalen de forma 
incontrovertible el modelo que mejor se adecúa al hormigón. 
De hecho, investigaciones recientes de los autores [ 1 O, 11] 
indican que diversos modelos pueden describir igualmente 
bien aspectos parciales del comportamiento experimental 
observado, en particular la evolución de la carga de rotura 
con el tamaño de la estructura (denominado efecto de 
tamaño), aspecto de primera importancia desde el punto de 
vista del ingeniero. La aparente concordancia de los modelos 
en la predicción del efecto de tamaño que puede observarse 
en el laboratorio parece debida en primer lugar a la limitación 
práctica de tamaños utilizables en experimentación, y en 
segundo lugar a los grados de libertad disponibles (número 
de parámetros ajustables) en los modelos de fractura no 
lineal. En general resulta imposible establecer una 
correspondencia inequívoca entre los distintos modelos, 
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excepto por lo que se refiere a teoremas establecidos por los 
autores para grandes tamaños (ver, por ej., [11]) y cabe 
señalar que cuando las predicciones de los modelos se hacen 
coincidir con los resultados experimentales disponibles 
(tamaños de laboratorio) sus predicciones para grandes 
tamaños son claramente divergentes [10, 11]. 

A falta de una contrastación experimental concluyente, puede 
considerarse que los modelos de fisura cohesiva son cuanto 
menos más potentes que los modelos elásticos modificados 
arriba mencionados ya que permiten describir detalles y 
procesos que son inabordables mediante los otros modelos. 
En particular permiten describir la formación de una grieta en 
un medio inicialmente libre de defectos y eliminan la 
singularidad, por lo que permiten describir razonablemente 
los campos de tensiones y corrimientos en toda la probeta. 
Partiendo de este hecho, podría considerarse, 
transitoriamente al menos, que los modelos de fisura 
cohesiva son la mejor descripción posible del proceso de 
fractura y que los modelos elásticos modificados son 
simplificaciones, más o menos ad hoc, de aquellos. Y 
podrían buscarse modelos simplificados en sentido 
estrictamente matemático. De esta manera sería quizás 
posible obtener modelos lineales modificados relacionados 
unívocamente con los modelos cohesivos correspondientes. 
Esto permitiría, en primer lugar, establecer de forma clara los 
limites de validez de las aproximaciones. En segundo lugar, 
pero muy importante, permitiría usar el modelo aproximado, 
de manejo mucho más sencillo, para obtener resultados 
aproximados relevantes para el modelo cohesivo. 

La presente contribución presenta los primeros resultados 
obtenidos en esta dirección. Después de una breve definición 
de la curva R-COD (como es tradicional, en todo el trabajo la 
apertura de fisura se abrevia por sus siglas inglesas) a partir 
de la curva de ablandamiento de un modelo cohesivo, se 
establece la aproximación, estrictamente matemática, del 
problema de la propagación de la fisura cohesiva. 

2. DEFINICION DE LA CURVA R-COD PARA 
UN MODELO DE FISURA COHESIVA 

Considérese un modelo de fisura cohesiva, por lo demás 
arbitrario, caracterizado por su curva de ablandamiento en 
modo de apertura pura monótona dada por 

O'= f(w) (1) 

donde O' es la tensión transmitida y w la apertura de fisura o 
COD. Como indica la figura la, se supone que f(w) es 
decreciente y alcanza el valor O (rotura total) para una 
apertura Wc. El valor de f(w) en el origen es la resistencia a 
tracción ft y el area encerrada entre la curva y los ejes es la 
energía de fractura GF. Podemos defmir la función R(w) 
como 

R(w) = f0 w f(w') dw' (2) 

R(w) tiene dimensiones de energía por unidad de área y, 
evidentemente, tiene las siguientes propiedades: 

R'(w) = f(w) = cr 

R'(O) = ft 

(3) 

(4) 

(5) 

La forma de la curva R(w) se ha representado en la figura 
lb. 

(a) 

APERTURA DE FISURA, w 

(b) 

GF - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - - -

APERTURA DE FISURA, w 

Fig. l. Curva de ablandamiento (a) 
Curva R-COD (b) 

3. LA OBTENCION DEL MODELO R-CTOD 
COMO APROXIMACION DE LA FISURA 
COHESIVA 

Considerese un cuerpo con una fisura inicial (no cohesiva) 
de longitud Ro sometido a carga en modo l. Frente a la fisura 
inicial se desarrollará una fisura cohesiva cuya longitud se 
supone que se incrementa monótonamente. Para mayor 
sencillez puede suponerse que la carga se aplica, como es 
usual, en el contorno exterior del cuerpo (es decir, 
excluyendo los labios de la fisura) y dicha carga es 
proporcional. Para cada longitud de fisura cohesiva, debe 
buscarse el campo de corrimientos que cumple: 

l. Carga proporcional a la dada en el contorno externo. 
2. Tensión nula en los labios de la fisura inicial. 
3. Equilibrio de fuerzas en el interior del cuerpo. 
4. Leyes de Hooke en el interior del cuerpo. 
5. cr = f(w) sobre los labios de la fisura cohesiva. 
6. Tensión acotada en todo punto, en particular en el extremo 
de la fisura cohesiva. 

Como en todo problema, podemos buscar una solución 
aproximada del mismo de forma que se reduzcan los grados 
de libertad del mismo. Al reducir los grados de libertad 
algunas de las condiciones anteriores no se cumplirán punto 
a punto, sino en promedio. Nosotros sustituimos el campo 
real por el campo aproximado correspondiente a una fisura 
clásica (no cohesiva) de longitud aa+.rut sometida al mismo 
tipo de carga en el contorno exterior. Con esta selección, las 
condiciones 1, 2, 3, y 4 se satisfacen automáticamente y la 5 
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y la 6 no pueden satisfacerse más que en promedio. 
Evidentemente, existen tantas soluciones aproximadas al 
problema cuantas formas de promedio podamos inventar, es 
decir, infinitas. Nuestra solución, que acepta una expresión 
en forma cerrada, se obtiene obligando a que las integrales J 
remotas para el problema real y la solución aproximada 
coincidan. 

El cálculo de la integral J para el problema real a lo largo de 
un contorno que bordea la fisura cohesiva puede obtenerse 
en forma cerrada. En efecto, puesto que por la condición 6 
no existen singularidades, podemos elegir como camino de 
integración los propios labios de la fisura, con lo que se 
obtiene 

Jreal =J0CTOD crdw =J0CTOD f(w) dw= R(CTOD) (6) 

donde CTOD indica la apertura de fisura en la punta de la 
fisura inicial (fisura no cohesiva) y R(w) es la función 

definida en (2) 

La integral J para la aproximación considerada viene dada, 
como es bien conocido, por : 

(7) 

donde K1(ao+L13.) indica el factor de intensidad de tensiones 
calculado para la carga aplicada y una fisura de longitud 
a0+.:\a y E' indica el módulo de elasticidad efectivo para 
tensión plana o deformación plana. Igualando los últimos 
miembros de (6) y (7) obtenemos la ecuación que gobierna el 
modelo aproximado: 

(8) 

donde, necesariamente, el CTOD real debe sustituirse por el 
CTOD aproximado. 

4. LAS ECUACIONES GENERALES DEL 
MODELO R-CTOD. 

4.1. Tamaño arbitrario. 

La ecuación (8) establece la evolución del factor de 
intensidad de tensiones en el extremo de la fisura efectiva en 
función del CTOD, pero no lo relaciona con la carga 
aplicada. Es necesario complementar la ecuación (8) con las 
ecuaciones que expresan la evolución de K y del CTOD con 
la carga y la longitud de la fisura. En [10], \Jasándonos en la 
estructura asintótica conocida de los campos elásticos en las 
proximidades del extremo de una fisura, obtuvimos para el 
CTOD la expresión 

CTOD = 8 [E"./(21t)r1 K1(ao+L13.) L13.112 L(.:\a/D) (9) 

donde L(.:\a/D) es una función de forma adimensional que 
depende implícitamente de la geometría, y D es una 
dimensión característica de la estructura (por ejemplo el canto 
en una probeta SEN), y que cumple la importante condición 

L(O) =1 

Utilizando la ecuación (8), la ecuación (9) se reduce a 

(1t/32) E' CTOD2/R(CTOD) =.:\a L2(aa/D) 

(10) 

(11) 

ecuación que permite determinar CTOD para cada áa o 
viceversa. 

Por otra parte, el factor de intensidad de tensiones para una 
geometría dada y una longitud de fisura ao+Aa vendrá dado 
por 

(12) 

donde O"N es una tensión nominal (típicamente una fuerza 
dividida por el espesor y una dimensión lineal) y S(a/D) es 
una función de forma adimensional. De (12) y (8) se obtiene 

~2 D S2[(ao+Aa)/D] = E' R(CTOD) (13) 

Las ecuaciones (11) y (13) resuelven completamente el 
problema de la evolución de la fisura y de la carga en el 
modelo R-CTOD. Para cada L1a se obtiene CTOD de (11) y 
entrando en (13) se determina la carga aplicada. 

4.2. El límite de grandes tamaños 

Cuando el tamaño del cuerpo tiende a infinito y áa se 
mantiene acotado, la estructura peculiar de L(áa/D) dada p01 
la Ec. (10) permite obtener la carga en forma cerrada en 
función de CTOD hasta aproximación de 1/D. En efecto, de 
(10) y (11) se obtiene: 

L1a1D = (1t/32) E' CTOD2![D R(CTOD)] + o(l/D) (14) 

donde o(x) indica infinitésimo de orden superior a x cuando 
x tiende a cero. Sustituyendo en (13) y desarrollando el 
primer miembro, resulta, después de operar: 

KIN2 =E' R(CTOD) [1- L13.00(CTOD) Di-1] +o (1/D) (15) 

donde 

(16) 

es el factor de intensidad de tensiones nominal (calculado 
para la longitud inicial de fisura), 

L13.00(CTOD) = (1t/32) E' CTOD2!R(CTOD) (17) 

es la extension efectiva de fisura para tamaño infinito, y D. es 
el tamaño intrfuseco u objetivo, definido en [11] como 

1 

Di-1 = [2 S'(aofD)/ S(aofD)] n-I = 2da lnKI la=ao (18) 

Aparte de las relaciones anteriores, que serán utilizadas en lo 
que sigue, puede observarse que para D muy grande existe 
una relación única (17) entre CTOD y L1a (independiente del 
tamaño), por lo que el modelo R-CTOD converge a un 
modelo R-áa paraD suficientemente grande, hasta primer 
orden en 1/D. 

5. EL EFECTO DE TAMAÑO 

Se denomina efecto de tamaño a la influencia que el tamaño 
de una estructura tiene sobre su carga de rotura. Dicha 
relación puede representarse de diferentes formas, todas ellas 
equivalentes. Los autores encontraron conveniente [10, 11] 
representar la inversa de K1N al cuadrado frente a la 
inversa del tamaño. Más espec'M~amente, se representa el 
efecto de tamaño en un diagrama adimensional Y -X, donde 

Y=E'G [K ]-2 F INmax 

X= lctfDi lch =E' Gplft2 

(19) 

(20) 

dond: el f~ct?T de ~ten_sidad de tensio~es nominal KIN y el 
tamafio obJetlvo o mtnnseco Di han s1do defmidos en las 
ecuaciones (16) y (18), respectivamente. 

Esta representación tiene varias ventajas. La primera es que 
las leyes de efecto de tamaño clásicas tienen una 
representación muy sencilla. L_a _ley derivada de la fractura 
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elástica lineal es una recta paralela al eje X. La ley derivada 
de la teoría clásica de agotamiento es una recta que pasa por 
el origen. La ley de efecto de tamaño de Bazant es una recta 
con ordenada en el origen no nula.La segunda ventaja es que 
mantiene en imagen el límite de los grandes tamaños, pues 
tamaño infinito corresponde a X=O. Finalmente, la 
introducción del tamaño intrínseco tiene la ventaja de que no 
se deja a capricho del observador la elección de la dimensión 
característica de la estructura y, mucho más importante, la 
ventaja de que el comportamiento para X tendiendo a O 
resulta independiente de la geometría, para los modelos hasta 
ahora analizados [11]. Este último punto se desarrolla con 
mayor extensión a continuación. 

En [11] se obtuvo que la ley de efecto de tamaño asintótica 
(para X tendiendo a cero) podía escribirse para un material 
cohesivo 

(21) 

donde A!i,.,c es la extensión gítica de fisura para tamaño 
infinito y m@elo ~ohesivo (de ahí el segundo subíndice C), 
que es una constante del material con dimensiones de 
longitud que puede deducirse (calcularse) dada la curva de 
ablandamiento. 

Para el modelo R-CTOD asociado a un modelo cohesivo, 
pueden utilizarse las expresiones (15) y ( 17) para, 
desarrollando en serie y truncando, obtener la 
correspondiente ecuación asintótica que puede escribirse 
como 

(22) 

que es idéntica a la (21), excepto por el valor de la extensión 
crítica de fisura (distinguida por el subíndice R), que ahora 
toma la forma explícita: 

(23) 

6. COMPARACION DEL EFECTO DE TAMAÑO 
PARA MODELOS COHESIVOS Y R-CTOD 

. En esta sección se estudian las predicciones de efecto de 
tamaño de dos modelos cohesivos, uno con ablandamiento 
exponencial y otro con ablandamiento lineal y las 
predicciones de los modelos R-CTOD asociados. 

6.1. Aspectos generales 

Geometría 
La geometría considerada corresponde a probetas entalladas 
(SEN) ensayadas a flexión en tres puntos, con las relaciones 
geométricas indicadas en la figura 2, considerando relaciones 
entalla-canto 0,2 S aJD S 0,5 que son las más usadas en la 
práctica para ensayos de hormigón. La función de forma 
considerada se tomó de Tada et al. [12] como: 

S(x) = [1.99- x (1-x) (2,15-3,93x+21 7x2)] x112 
(1+2xt1 (1-x)-312 (24) 

expresión consistente con la ecuación (12) cuando se toma 

(25) 

Material 
Aunque todos los resultados se presentan en forma 
adimensional, para comparar con situaciones prácticas 
pueden considerarse las siguientes propiedades para un 
hormigón medio: 

f1 = 3.21 MPa; E'= 30 GPa ; GF = 103 N/m (26) 

p 

1 
D 

Fig. 2. Definición de la geometría. 

para los que se obtiene una longitud característica 

lch = 0,3 m 

Modelos 

(27) 

Se consideraron los mismos modelos que en trabajos 
previos, un modelo con ablandamiento casi-exponencial 
[10,11] y un modelo con ablandamiento lineal [11]. Las 
ecuaciones de las respectivas curvas de ablandamiento son: 

l. Ablandamiento Casi-Exponencial 

cr/f1 = (l+A) exp(-Bw/wc) -A para O< w S wc 

parawcSw 

A= 0,0082896; B= 0,96020; Wc= 5 G¡:lf
1 

2. Ablandamiento lineal 

cr/f1 = 1- w/wc 

cr/f1 =O 

wc= 2G¡:If1 

Métodos numéricos 

para O <w Swc 

para wc Sw 

(28) 

(29) 

Se han utilizado tres técnicas numéricas para los tres 
aspectos distintos del problema que corresponden a análisis 
asintótico, a modelos cohesivos en tamaños usuales y a 
modelos R-CTOD en tamaños usuales. 

Todos los resultados correspondientes a modelos cohesivos 
habían sido previamente obtenidos y presentados [10, 11] 
por lo que no van a ser detallados aquí. 

Por lo que se refiere a los modelos R-CTOD, el análisis 
asintótico ha sido desarrollado en las secciones precedentes y 
la solución obtenida en forma cerrada, y el análisis numérico 
correspondiente a tamaños ordinarios se ha limitado a la 
resolución incremental e iterativa de las ecuaciones (11) y 
(13), con variable independiente Aa, hasta detectar el 
máximo de carga. Debe notarse que la función de forma 
S(a/D) es conocida en forma cerrada, pero la función 
L(Aa!D) que aparece en (11) no lo es. Esta función se obtu' 
por puntos mediante cálculo por elementos finitos, para cada 
aofD estudiado, a intervalos de 0,025D. En los puntos 
intermedios se utilizó una rutina de interpolación por splines 
cúbicos. 

6.2. Resultados 

Análisis asintótico 
El comportamiento asintótico hasta primer orden está 
controlado por el parámetro Aaoocllch que aparece en las 
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ecuaciones (21) y (22) que mide la desviación respecto de la 
fractura elástica lineal. La tabla 1 recoge los resultados 
obtenidos para cada tipo de modelo y ablandamiento. 

TABLA 5. Resultados del análisis asjntótjco 

MODELOS 
Cohesivos R-CTOD 

Ablandamiento ~eh ~eh 

Exponencial 
Lineal 

2,480 
0,419 

2,454 
0,393 

Como puede observarse la diferencia es del 6% para el caso 
de ablandamiento lineal y tan solo del 1% para el 
ablandamiento de tipo exponencial, más realista. Si se tiene 
en cuenta la crudeza de la aproximación implicada en el 
modelo R-CTOD, el nivel de precisión obtenido es 
excelente. 

Tamaños ordinarios 
La comparación del efecto de tamaño de los modelos 
cohesivo-exponencial y suR -CTOD asociado puede verse en 
la figura 3. Un gráfico análogo para los modelos con 
ablandamiento exponencial puede verse en la figura 4. 

Como puede observarse, la diferencia de ordenadas para los 
distintos modelos es inferior al 10% para todos los tamaños 
estudiados, que corresponden a cantos superiores a unos 8 
cm aproximadamente. Es de notar que la Y incluye el 
cuadrado de la carga máxima, siendo la diferencia expresada 
en cargas inferior al5%, por lo que entra dentro de la banda 
de dispersión experimental habitual en el hormigón. 

Puede, así mismo, notarse que para XS: 10-12 la diferencia 
es despreciable a nivel de ingeniería. Esto corresponde a 
cantos reales de unos 15-20 cm, utilizados en la práctica con 
frecuencia. 

Parece, por tanto, evidente, que la aproximación R-CTOD 
puede utilizarse para estimar con rapidez las cargas de rotura 
de una probeta, con tal de que el tamaño no sea muy 
pequeño comparado con la longitud característica. 

[\J (O 
1 ...... 
~ lf) 
E z 

6 '<T 

!3-(TJ 
w 

11 
>- N 

ABLANDAMIENTO EXPONENCIAL 
---R-CTOO 
----COHESIVO 

l 
5 10 20 

a0 /0 
0.3 o 0.5 
0.2 
o. 2 o o. 5 

: l 
25 

Fig. 3. Comparación del efecto de tamaño de los modelos 
cohesivo-exponencial y su R - CTOD asociado. 

!3-(TJ 
w 

11 
>- N 

ABLANDAMIENTO LINEAL 
---R-CTOO 
----COHESIVO 

5 10 20 

a 0 /0 
0.3 o 0.5 
0.2 
0.2 o 0.5 

: l 
25 

Fig. 4. Comparación del efecto de tamaño de los modelos 
cohesivo-lineal y suR- CTOD asociado. 

7. CONCLUSIONES 

De lo expuesto anteriormente podemos extraer las siguientes 
conclusiones fundamentales: 

l. Los modelos R-CTOD pueden considerarse aproximacio
nes puramente matemáticas de los modelos de fisura 
cohesiva. 

2. Los modelos R-CTOD estan gobernados por el sistema de 
dos ecuaciones no lineales simultaneas (11) y (13). 

3. La forma asintótica de la ley de efecto de tamaño para los 
modelos R-CTOD es la misma que para los modelos de 
fisura cohesiva, hasta primer orden. 

4. Los modelos R-CTOD suministran una aproximación 
excelente de la carga de rotura (5%) para tamaños 
superiores, aproximadamente, a 8 cm para un hormigón 
medio. 

6. Aunque en este trabajo se ha partido de suponer conocida 
la curva de ablandamiento de los modelos cohesivos, a partir 
de la cual se determina la curva R, en la práctica podría 
utilizarse el procedimiento inverso y determinar 
aproximadamente la curva de ablandamiento a partir de la 
determinación experimental de la curva R-CTOD. 

7. Siendo los modelos R-CTOD prometedores como 
aproximaciones sencillas de los modelos cohesivos, parece 
adecuado fijar como objetivo futuro el estudio de su 
capacidad de aproximación de otras características, como 
deflexiones, CMOD y , en general, curvas carga -
desplazamientos. 

AGRADECIMIENTOS 

Los autores desean expresar su agradecimiento a la CICYT 
por la subvención concedida para la realización de este 
trabajo, a través del proyecto PB86-0494. 



120 VI.ENCUENTRO DEL GRUPO ESPAÑOL'DE FRACTURA 

8. REFERENCIAS 

[1] Hillerborg, A., Modeer, M, and Petersson, P. E. 
(1976) "Analysis of crack formation and crack growth 
in concrete by means of fracture mechanics and finite 
elements" Cement. Concr. Res., 6, 773-782. 

[2] Hillerborg, A. (1985) "The theoretical basis of a 
method to determine the fracture energy Gp of concrete" 
Materials and Structures, 18,291-296. 

[3] Elices, M. and Planas, J. (1988) "Materials Models", 
Chapter 3 in State of Art Report on Fracture of 
Concrete, RJLEM TC-90, L. Elfgren, Ed. 

[4] Elices, M., Planas, J., Llorca, J. y Guinea, G. V. 
(1988) "Métodos numéricos en la fractura de materiales 
cohesivos" Anales de Mecánica de la Fractura, 5, 
61-89. 

[5] Broek, D. (1986) "Elementary Engineering Fracture 
Mechanics". Martinus Nijhoff Publishers. 

[6] Bazant, Z. P. (1986) "Mechanics of distributed 
Cracking" Applied Mech. Rev., 39, 675-705. 

[7] Bazant, Z. P. (1984) "Size effect in blunt fracture: 
concrete, rock, metals" J. Eng. Mech. ASCE, 110, 
518-538. 

{8] Jenq Y. S., and Shah, S. P.(l985) "A two parameter 
fracture model for concrete" J. Eng. Mech. ASCE, 
111, 1227-1241. 

[9] Nallathamby, P. and Karihaloo, B.L. (1986) 
"Determination of specimen size independent fracture 
toughness of plain concrete". Magazine Concr. Res., 
38, No. 135, 67-76. 

[10] Planas, J., and Elices, M. (1988) "Fracture criteria for 
concrete: mathematical approximations and experi
mental validation" Int. Conf. on Fracture and Damage 
of Concrete and Rock, Vienna, Austria, July 4-6 1988. 
To be published in Engineering FractureMechanics. 

[11] Planas, J., and Elices, M. (1988) "Size Effect in 
Concrete Structures: mathematical approximations and 
experimental validation" CRS-NSF Int .Workshop on 
Size effect and Strain Localization due to Cracking and 
Damage, Cachan, Paris, France, 6-9 Sept 1988. 
Proceedings to be published by Elsevier, Amsterdam. 

[12] Tada, H., Paris, P. C., and Irwin, G.R. (1973) Stress 
Analysis of Cracks Handbook, Del Research Corp. 
Hellertown, Pa. · 



VI ENCUENTRO DEL GRUPO ESPAÑOL DE FRACTURA 

PREDICCIC:N ANALITlCA DEL CO!"PORTAMIENTO DE ESTRJC::TURAS DE HLIRI"liGCJ!'J 
I"EDI ANTE LN MODELO CON APROX Ii•i?JC i iJN D 1 S2.RET A DE LA F I SllRAC I 0!\J 

RESUMEN 

P .F. l"liquel, 1'1.A. Fernande;:: v i•i.A. Jawad 

Departamento de· Ingenieríc; de la Construcción 
Universidad PoJjtécnica de Valencia 

Camino de Vera s/n 

En este trabajo se presenta un modelo de elenlE!J1t.os finitos con aproximac1on 
discreta de la fisura, capaz de reproducir el comportamiento de las 
estructuras de hormigón. El m:,dt::lo se caracteriza por lo:::: element.os fisura, 
su particular procese. de cargR y ln reorganización de la malla. Los efectos 
de encajamiento de áridos y traccion er.tre caras de la 'fisura en la zona de 
fractura se introd.u-~en en el modelo constitutivo de los elementos fisura" 
El nivel de carga se contrvla por el propio criteric' de fisuración 
empleado. De esta fonna, e>ólc• se genera una fisura cada vez que la 
estnlctura alcanza el equilibrio y puede obtenerse, además, la trayectoria 
descendente de la respuest& carga-fl.:::.:::ha. Finalmente, se compara la 
predicción de una fractura en modo mixto con los r-=sultadus experimenta.les. 

ABSTRACT 

A finite element model wi th diserte crack approach, wich de~cribes the 
behaviour of concrete struct.ures is presented. The model is characterized 
by i ts crack elerrlE!I1ts, special loading process, ar;d mesh r,;,orgarlization. 
The effects of aggregate interloci: ancl 't.ension bet.w.;,en crack faces in the 
fracture zone are introduced in the constitutive model of crack elements. 
The loading level is con1~rolled by the •:::racking cri terion. Thus, only one 
new crack length is genera.ted each tirr,e the stn.lcture is b:üar1ced, and the 
descending brar1ch of the lo,:;d-deflection pat.h may b'" obT.ained. Finally, t.he 
prediction of a rnixed-mode frac't.urt:: k verified wi th comparison wi th 
experimental results. 

l . INTRO!Jl.CC I OIJ 

121 

En este trabajo se presentan los últimos 
avances realizados en el modelo de elEmL~tos 

·finitos desarrollado por- los autores para la 
predicción analítica del comportamiento de 
estructur-as de hor-m~gón. El modelo utiliza la 
aproximac~ón discr-eta de la fisura, es decir. 
modifica la malla de elementos flnitos para 
,-eproducir la fisuración introduciendo nodos y 
elementos nuevos. 

y más realista repr-esentación de las fisur3-= .. 
que perm1 te intt-odUClt- de una forma simple los 
efectos de Pnc2ljamiento de áridos y pasador de: 
las armaduras, así como los conceptos de rr€cá
nica de fractura. Por otr·a parte, la uti 1 lza
ción de procesos numérlcos de: reqeneraciCJr• de 
la malla totalmente automatizados [3] ·v ia 
utilización de ordenadores de gran potencia 
reducen notablemente los incnnven1entes ¿¡r,te
riormente enumerados. 

Los inconven~entes sufridos por- la ut~lización 
de la técn~ca discreta de representaclón de las 
fisur-as podrían resumirse en: a) que la malla 
es cambiante durante el proceso de carga; 
bl que el número de nodos y de elementos crece 
dur-ante el proceso de carga, ampliando el núme
ro de grados de libertad en la malla; y e) que 
es necesario utilizar técnicas numéricas espe
c~ales de r~1ución del sistema de ecuaciones 
como son la optimización del ancho de banda [1) 
o el método frontal [2). Sin embargo, estos 
inconvenientes se ven compensa-dos por la me_1or 

De esta forma, el modelo descrito en el presen
te trabajo se convierte en una herramlenta de 
gran eficacia para la predicción analítica del 
comportamiento de las estructuras de horm1gón 
en masa o armado. 

El ámbito de aplicación del modelo se r-educe a 
las estructuras planas cargadas en su plano 
debido a la dificultad de la representac1ón de 
la fisura mediante aproximación discreta si 
esta se produce según una superficie no plana 
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en el espacio. El modelo es. po~ tanto, aplica
ble a vigas esbeltas, ménsulas co~tas, vJ.gas de 
g~an canto, pantallas, etc. 

El objetivo 
r-epr-esentación 

del mbdelo es conseguir-
del c-ompor-tamJento de 

una 
las 

estr-ucturas de hormigón J.m:luvendo en ellas la 
adher-enCJ.Cl no perfecta de las armadu¡-as con el 
hormigón que le r-odea, el efecto enr:-aJamiento 
de áridos v el .efecto pasado:- de las armadur-as. 

Sin embargo, siendo conscientes los autor-es de 
el efecto estabilizador de las arrr~duras sobre 
la fisur-ación. se ha consJ.derado necesario 
co.otrastar- el modelo con estructuras de hormi
gón en masa antes de aplJ.car-lo a estructuras de 
hormigón armado. Los resultados v conclusJ.ones 
obtenJ.dos, JUnto con una br-eve desc:rJ.pc,;_ór, del 
modelo son el obJeto de este trabajo. 

2. DESCRIPCI[J\1 DEL 1'1JDELD 

En la descr-ipción del modelo se ha•-á solamente 
referencia a los aspectos fund:ornentales del 
mismo y que, de alauna manera, lo caractet-izar •. 
Estos pueden clas1 ficarse en tres qrandes 
qrupos: al los elementos fin1to=. util1zados: b) 
el pr-oceso de carga y cri.teor-iD de fJ.sUt-aclórt: y 

e) la reorganizacJ.ón de lO\ mal]¿ .• 

La malla de elementos tinltíls que rEpreser~ta a} 
hormiqón está fo.-rnada por elementos lSODAramé
tricos de cuatro ncJClos. Las eruaci.cones consti
tutivas adoptadas han s1do tomadas de las r'•-o
puestas por M.D. i<.otsovo:::: [4, :-:[~·],para CG'T;-· 

portamiento t•-ia;;ial, val1dadas con nurnei"OS05 
ensayos de latJor-atorto ll~vados a cabo en eJ 
Departamento de Ingen1erja [J.vll del Im~€r1al 

College (LhlversJ.dad de Londres), y que fioura 
entre las rPcomendadas por el Comité Eu..-o
Internacional del HormJ.gór• rC.E.Ei. l [6]. Para 
su aplicación er el modelo de elemer.tns finitos 
presentado se ha impuesto la cr.ndicJ.ón de ten
sión plana. Esta formulac1ó"1 t1ene la ventaja 
de quedar totalmente definida medla'lte el valor 
de la r-esistenc1a a comp..-esic'>r. simple del hor
miqón en probeta cilindr1ca rf=l· 

El elemenc:o finito aue ceonfJ.(JUra uro tra'llC· de 
fisu,....a en la malla de elementos f1níto"' e<=< u"' 
elemento lineal constituJdo p.::w cuatr-o noé:JC>s, 
dos comunes a los nonos de hormigon ae un lam:. 
de la fisura y los otros dos coT,_tnes a los dos 
nodos del otro ladü de la fisura ( fíg. 1,1. 

v¡v X 

·1 X 

i, k i.1 u 
L 

.::.u, 
k tiJ2 1 

6v 1C .'' Jw(x} ¡,'~2 
X 

J{x) 

Fig. 1 Elemento f.isur-a. 

~ediante interpolac1on lineal entre Jos despla
zamientos de los dos nodos de ambos lados de la 
f1sura es posible conocer el deslJ.zamJ.ento y la 
abe..-tura de fisura en cualqule•- punto del ele
mento finito: 

U; 

17¡ 

( !\~\) = ( -:1 
o -N, o N1 o N, :,)· 

u¡ 
17¡ 

-N1 o -N, o N1 o U.t 
171: 
U; 

11¡ 

1(:) = N(z) ·r (1) 

El principio de trabaJoS vir-tuales p..-opo~c icc,a 
las tuerzas nodales equivalenues ~tnte.-n.;;s dp 
este elemento cuando estar. actuando entre las 
caras de fJ.sura unas tens.tones tanoenciaie: 
T r .• l y tensiones norma les a ( >: ¡: 

W¡ = Jo'•T ·tT·t·d:t=rT ·(lo' NT ·tT·t·dz) =rT ·ft 

ft= !o'NT·IT·t·d:t (2) 

L.a rioide7 tangente de este elementc SP oht1ene 
tomando incrementos en lt=t ecuar 10r1 t :" 1 ~ 

Aft = lo' NT · A11 · t · d:t = lo' N'r ·Jh·As · t · d:t = 

=(lo' NT ·lh ·N ·t·d:t) ·Ar=KT · Ar 

S::lendr:• ºt. la matri:: que relacior,a los Jn,-rprner;
tos de tens1C1nes c:on los 1nrremento;:. we desll
zaml en tCJ v abertura de f isur2~. 

La ecuación constitut1va incorpCJrada ¿:¡ e:s-::e 
e 1 enll?n to f 1 nito enq loba 1 PS fpr·¡ómpr¡c·~ de 
transfTUSlón de tensiones entre c:ara~ de la 
f1sura debido al enca_1amientc. de ¿¡r~dos '· c:en
Sl.one:s tanqenc1ales y tensionec;. nc-~rmale~ que 
tiender! a abr-ir la) y a causa dr:? la mlct-af l:sura
CJ.Ón er• la cabe;:a de fisura, siouiend·=· '?; con
cepto dP f 1sur-a ficticia de Hi lleh.or-o í""/ :! 1 ten
siones normales de tr-acc1ón a través di? la 
fisUt-al. 

Una e>:posici.ón deta 11 ada de 1 as e·::::ua:::: 1 ry-,es 
consb tu ti vas de este elem<?ntc-. se puede 
encontrar en una anter1ar publlcaclón de las 
autores [8]. B3sícamente esta formu 1 acJ.ón se 
resume en las ec:uacJ.ones siquientes: 

r=a+b·é-a·et·6 

r=O 
11=c+d·é-c·e~·6 -/(w) 
11=0 

a= -le/SO 

para 
para 
para 
para 

b = 28.5Sw-0·8 + (0.459wG.'I'o7 - 2)/c 
e= -fc/'JJJ 
d = 31.65w-0·63 + (0.536w-0·552 -1.5)/c 

(4) 
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El efecto de encajamiento de áridos ha sido 
forrrulado tomando como base la propuesta de 
Walraven [9] que consiste en el aJuste, a los 
resultados experimentales, de relaciones 
lineales entre las tensiones T y u con el 
deslizamiento 5 para una abertura de fisura w 
fijada. Estas relaciones lineales han sido 
modificadas mediante una término aditivo de 
forma e><ponencial (-a•e"'•'-"/ .. y -c•e"'•'-'""l para 
que, tal como indican los ensayos exper-imen
tales pr-oporcionados por- Walraven [9), no se 
produzcan tensiones tanqenciales de sentido 
contrario al del deslizamiento entre caras de 
fisur-a o incluso tensiones de tracc~ón entre 
caras de fisura. 

Por- otra parte, siguiendo los conceptos de 
fisura fict~cia popuestos por Hilleborg, se 
incor-por-a un tér-mino aditivo a las tensiones 
nor-males entr-e caras de fisura en función de la. 
abertur-a de la fisur-a (-f(w)). La función 
adoptada es una cúbica def~n1da por- la energía 
de fractur-a G~, la r-esistencia a la tracción f~ 
y la abertura de fisura para la cual la tensión 
se anula w,:, (fig. 2). 5J expresión es: 

/(w) = !1 (1+ (12a- 6)(1;) + (9- 24a)(l;)' + (12a- 4)(1;-l") paza ID~ IDo 
J(w) =O para"'> w0 (5) 

siendo = 

La formulación empleada en (4) per-mite que un 
deslizamiento entr-e labios de fisura 6 en la 
zona de m1crofisur-ación de la cabeza de una 
fisura (w._w,.,) dism1nuya el efecto de las 
tensiones normales de tracción entr-e car-as, 
debido a que actúa sirrul tánearnente el efectc· 
del encajamiento de áridos. 

5 10 w (JO·> CM) 

o 

-!O 

-20 

-30 

. • 2 
Kp/cM 

ü 

Fig. 2 Término aditivo de la relación u-w para 
la ecuación constitutiva del elemento fisura. 

2.2 Proceso de carga y criter-io de fisuración 

Para generar la fisuración en la malla de 
elementos finitos durante el avance del nivel 
de car-ga es necesario establecer un criterio de 
1n1cio y propagación de cada tramo de fisura, 
de forma que la generación y propagación de 
fisuras sea un proceso totalmente automático. 

El criterio escogido para ello es el clásico 
tensional. Con la estructura equilibrada se 

calculan las tensiones en los nodos de la malla 
y se chequea el criterio de rotura en 
tensiones. 5e genera una nueva fisura Sl, 

super-ado este criterio, alguna tensión 
principal es de tracción. Sin embargo, para la 
propagación de ~na fisura anterior no se 
chequean las tensiones en el nodo cabeza de 
fisura, ya que las tensiones calculadas en él 
por interpolación de las tensiones de los 
elementos adyacentes lleva a valores 
incorrectos en modos mixtos de fractura, y se 
prefiere evaluar las tensiones en los puntos de 
integración que rodean al ~odo. 5e propaga la 
fisura, es decir, se genera un nuevo tr-amo de 
fisura que continua al anterior, s~. 

sobrepasado el criterio de r-otura en un punto 
de integración de los que r-odean al nodo cabeza 
de fisur-a, alquna tensión principal en él es de 
tracción. 

Para un mismo nivel de car-ga, una ve= 
equilibrada la estructur-a, podría suceder que 
se cumplieran los criter-ios expuestos de 
fisuración en var1os nodos. 1\Jo ser~a correcto 
qenerar símul táneamente varios tramos de fisut·i'l 
ya que la generac1ón de un solo tramo de fisur-a 
cambia la estr-uctura y puede r-elajar las 
tensiones allí donde prev1amente se sobrepasaba 
el criterio de rotura. 

Para resolver el problema planteado se Jntr-o
dujo inic1almente [10] el rr1ter1o de escoge•·, 
de entre todos los nodos que sobrepasan el 
criten.o de fisuración, aquel que más lo sobre
pasara. Sin embar-go, proceder por escaiones ne 
carga predefinidos v adopta•· este cr-iter1c 
impide la obtención de ramas descendentes en la 
curva car-ga-flecha. 

La obtención de r-amas descendentes en el pr-oce
so de carga solo es posible mediante un contrGl 
del nivel de carga [11] imp.Jniendo una 
condición que ligue las variaciones de carqa 
con las variaciones de los desplazamientos 
nodales (método de la longitud de arco [17], 
método del camino plano [13), etc.). Esta 
condición puede establecerse de forma que la 
variación de la carga sea tal que conduzca a 
que sólo en un nodo se cumpl c. estr~ctamente 1 a 
condición de fisuración. 

El proceso segu~do es controlado ¡:;or- las 
siguientes ecuaciones: 

los residuos en cada nodo son el re
sultado del balance de fuerzas inter-nas 
y externas 

donde w es la variable que controla el 
nivel de car-ga. 

las variaciones dw y d~ que conducen a 
equilibrar la estructura ( (~d~,w+dw=Q) 
estan relac1onadas por 

-.2(1.1!)!:::! f.dl!- fu:.. d~ 
d.= KT1 

• .l.(.l.,p) + (Ki1
• f.)dp = d•' + t:'dp (7) 
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las variaciones de d~, 
relacionadas por la 

dg;' y 9). · estan 
condición de 

fisuración. Para cada punto de 
inteqración ·n· de cada elemento ·e· se 
tiene, tomando el primer término del 
desarrollo en serie de Taylot· de la 
función de rotura F(gl 

lJF 
O= F(L +cit:..)!:::! L) + afl.. ·dt:,. = 

IJF = F(fa) + 8(L · JlTa ' E · die = 
lJF = F(L) + afl.. · Jl.r •. E. (d~ + ~d,.,) 

(8) 

Así. sí se parte de una si tuacíón de can;¡a v 
desplazamientos nodales de la estructura 
(¡_¡,,•E,t;p-:.l, se obtiene una nueva Sltuacion de 
carga ¡_¡~·E y desplazamientos~~ de la siguiente 
forma: 

lQ obtención de 1 os residuos i cz;.:., p · ' 

mediante la aplicación de la expreslón (6). Si 
la situación (~,¡.;.;.•E'l es de equílib•-ío, estos
residuos serán nulos o inferiores al error 
considerado. 

2Q resolución de los sistemas de ecua
ciones <t:;_.,)-~• ((t;,;.,l-l,:·l y (r;;_,)-~, los cuales 
proporcionan los valores de d~> y q:> · respecti
vamente en todos los nodos de la malla. 

3Q en cada punto de integrac1ón se aplica 
la expresión (8) obteniendo un mvel de carga 
d¡_¡n diferente para cada uno de ellos. 

4Q se asigna a cada nodo Pl valot- d>J, 

ponderando los valores dwn de los puntos de 
integración que le rodean, excepto si se tt-ata 
de un nodo cabeza de fisura, en cuyo caso se 
asigna directamente al nodo el valor mínimo. 

5Q se toma como variación del nivel de 
cargad~ el valor mínimo de todos los dw1. 

6Q se calculan las variaciones de 
desplazamientos nodales d~~ +g!. ··d¡_¡. 

7Q se acumulan las variaciones de carqa v 
desplazamientos nodales a los lniciales: 

1-lJ.=I-lc•+dp 

~~)+d~ 

8Q se vuelve al punto lQ para calcular los 
nuevos residuos. Si estos no son suficientemen
te pequeños, se repite el proceso hasta la 
convergencia (punto A de la fig. 3). DJando 
esta se produce, un nodo cumple estrictamente 
la condición de fisuracíón y, por tanto, es 
necesario modificar la malla para generar el 
nuevo tramo de fisura. 

Una vez generado el nuevo tramo de fisura, la 
solución de desplazamientos nodales y nivel de 

Fig. 3 Proceso de carga. 

carga que equilibraba a la malla antes d~ 16 
generación del tramo de f1sura, ya nc• .la 

equillbra (curva::' de ia fig. 3) y es neceScH"'lC1 
vol ver a comenzar desde el punto 19 para 
encontrar el s1guiente nlvel de ca..-ga 1 

desplazamientos nodales que producen J as 
condiciones de f1suración estrictamente en un 

nodo de la nueva malla (punto B de la f1g. ~~. 

El conJunto de ope•-aciones que es prer:lSC• 
realizar cuando, equllibrada la estructuo-a, se 
cumple la condición de fisur-ación en un nodo. 
constituye la reorganización de la malla. Estas 
operac1ones se reducen a un probiema de 
automatizar- un proceso de ..-emallado baJo los 
Slguientes Ct"'i te!" lOS báSlCOS: 

La dirección del nuevo tramo de fisu..-a 
viene dada por la normal a :a direccH'lr-· 
principal de tracción. 
DJando el tramo de fisura que Ja a 
generar-se; constituye una propagac- 1 &, de 
algún tramo anter~o..-, el sentido de 
avance está definido por- el cr-1terio oo 
que for-me con el trame anter1or un 
ángulo super·ior- a n/2. 
El nuevo tr-amo de fisura queda definidD 
generando nuevos nodos~ desplazandD 
nodos de supos1ción inic1al, rnod.if1c:ando 
elementos o d1vid1endo elementos. E" 
cualquíe>r· caso e~ proceso no genera 
elementos diferentes a los desc•-ltos. 
Se ha constatado com0 más conveniente 
mover los nodos modificando la forma de 
los elementos finitos que representan al 
hormigón antes que dlvidir- los elementos 
en dos al paso de una fisu•-a. sJempre 
que ello sea posible l.tiq. 4). 

¡e__ direc:cia. 
• 1 de la fi5UI"'il 

1 

i 
i 
j \-

Fig. 4 Movimiento de nodo en la reorganización 
de la malla. 
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3. PRED Ia:IO\I DE LA FISLRAC IQ\1 EN I'1JDO MI XTO 

Las posiblidades en la prediccJ.ófl de la 
respuesta de estructuras de= hormJ.gón en masa 
med1ante el modelo expuesto son puestas de 

marn f iesto mediante el caso de fractura er. modo 
mJ ·,:to de una v1ga entallada ensayada po,- Arre.o; 
e Ingraffea, que ha sen,J.do para contrastc>r loo: 
rrodelos numéricos presentados por diversos 
autores (Rost [14], Dller [13] ••. ). 

En la figura 5 se muestran las caracte•-i.sticas 
geométricas y de carga del ens-'lyo, las car-acte
rísticas mecánicas del hormigórr empleado y la 
geometri.a de la malla inicial utilizada er. el 
modelo. 

., __ 27'4 .o.a t<p/c:,.... 
G-- .. 0?:0 Kpi'C:tn 

~~~ 
't~----~--~----~~uu~~--~--~~--~ 

::zo .. :s ::5'"9 .. 7 _,¡hi-..t. ::s;-;> .. "7 . :zo .. ::s 1 

Fig. 5 Viga entallada ensayada por Arr-ea e 
Ingr-affea: car-acter-isticas geométr-icas y de 
carga. ~~lla de elementos finitos utilizada. 

La predicción del modelo respecto a 
respuPsta carqa-desl izamiento entre car-as 
la entalla es la indicada en la fJ.gura 6 en 
que se obser-va lo siguiente: 

la 
de 
lo 

- La cu:-v¿¡ obtenida por el modelo se 

p (J<N) 

1~0 

120 

lOO 

80 

60 

40 

20 

ajusta bastante bJ.E<> a la 
experimental dad3 por los autores de. 
ensayo. 
La respuesta del modelo antes de 
~rlme~a fisura es mas r~gld~ que 
refleJada e·n los. ensavos. Este, pue=d•
deber-se i1 que las ecuc:;cione'
consti tu ti vas pro¡¡uestas po..- f otso .. ·oo. 
sólo tienen u:o par-amet.ro de· calibrac:lór• 
(la resJstencia a compresJ.on sJ.m¡::,Je í=,. 
y de él se deriva el módulo o' 
deformacion E sin posibl idades a •.. 
ajuste. El valor dado por la referem.i ... 
del ensayo para el módulo de deforma.=ió'' 
es de 248.000 rp/cm' , cuando el model 

le; 
} r4 

adopta un módulo de deformacJ.ón OE'' 

280.000 l~p/cm2 para la fe dada. 

2 6 e 10 12 14 DSL (10 ., CM) 

Fig. 6 Relación carga-deslizamiento entr-e bor
des de la entalla. Banda experimental y predic
ciór) del. modelo. 

La predicción del modelo respecto a la traye.:
to..-J.a de la fisura es la indicada en la fioura 
7 en la que se observa que dicha trayector16 

Fig. 7 Tr-ayectoria de la fisur-a. Banda exper-i
mental y predicción del modelo. 

E'otá dentro de la banda experimental obter.~ :Ja 

en los ensayos. Solamente er. la pa..-te supe.-;:-··· 
pr·oduce una desviación en ziq-zag que se .JUS' ~

flca por la formació> de elementos de f.;: ... ,,-. 

bastante distors1onada en este e.tremo "'" 
mc:mento de gene:-arsE· El tramo de fls.,;:-: 
( fiq. 8). 

1 
' 

r 

* 

Fig. 8 ~lla de elementos finitos 
dur-ante la formación de la fisura. 

.. 
gener-ada 

La 
i?S 

e><istencia de elementos tan :Jü:·torslonatlc-•é 
J:lOSible po:- ej cri ter-lo adoptado de rrc-... 

los nodos par-a forrnar C::Jemor--e;' t::l.s•rno:::ntGs, d~ 

:~ormiqwn isopar-amétr~cos dE cuatt-=1 r.oQ,:¡s;,. 

ccasiones este cr-itE'rio conducE· o rlcspJ.sz-5¡- ,,, 
nodo eYces.1vamente pa·-¿. ev1.t21r la fonn¿;:;:2.(:r ~--¡;:;: 

elementos tr1.angu lares:.. En 1 a a,- tu¿¡ 1 v+;,r~, 1 t'o· 

dE?l modelo se ha prefer.1dc nc~ <;}enpra~- eiE11!E"·~!t'"'" 

+-r-l.anqular.::?s a pesar de oerdE:'r- rerJular J..Ci,;'C F·! 

la mall;;. 

:....as b?PSJ,onec: norma 1 PS v tang.;::.¡¡c ia 1 t?€: QF·Ie 1~aí-;.=. 

en 1 a f lSl 1r-a cuando la si tu¿n_: J.L.r. -Je= t ¿:u--:-_:¡¿; es::- J ¿:. 

P'~pr-esada por E' 1 r:1Untn r:~ de f l. e:. 1: s•_Jn J .S'::' 

dibuJadas en le1 f~q. 9r SE observo come~ ~n o:~ 

comienzo de 

:u: 1 
3.7 

Fig. 9 Tensiones normales y tangenciales desa
' rrolladas en la fisura. 
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deslizamientos genera grandes tensione;: 
tangenciales E incluso tens~ones normales qu"' 
tienden a abrir la fisura, mientras cerca de la 

·cabeza de la fisura practicamente no eo:istt?é 
tensiones tangenciales y se desa•-rolla 
tensiones normales: de tracc:ir,:tn entre car-as rj;:.: 
la fisura que crecen oroqresivo.rne;-¡te cc-:nform0 

esta se va cer' ando·. 

En la figur-a 10 se representa la defovma,=¡.:::r; de 
la v~ga en el momentc• que se r,c; ¡::rodu·=~do est¿; 
fisura. AmplificandD por ';?Cx) loe' movirruer.tos. dE 
los nodos se PlJede ob~:.<:=rvar 1a abertura y E~ 

de!ó.lizamlento de la fisur-a prlrrcipal -,. dE:' "~ 
entalla. 

Tambié:1 en la m.tsma figur21 se obser-.'a la Tisur-;;:. 
de fleY.ión negativa que se abt-Jé pa,-a u:-1 ;-¡¡-.;e-l 
de car-ga pr-ó}:l.mo al má;~lrn::. d.-:' la fJg. 0 ·~ tlU~ 

pos.,ter.lormente se hc1 cet-racJo. 

Fig. 10 Deformación de la viga amplificando 
por 200 los movimientos nodales. 

.., • CCN:LUS I CJ\ES 

L.¿¡ utillZc3CÍÓr· de lCtS CortCET•tO~ dt:? fT"•I?CCtr.lCa OE

-f·-.;¡ctura .1unta cor¡ la técnic¿; de la fisur-a::ltr, 
'jJ-:;creta e:~ modelos de elementos f.1nitos es une 

oD=Jón de qr-andes pDs~bl.,daoe!ó. er· el anállo·:.!ó 
as1stido par- orde:-1adcn- de e::=..tructut-as o~:.· 

hor-miqón fl.sLn-ado. L t'1 natur-a1e::2. dlscrett:.·· de 
las f1.surac::. en el hc;r-miqór., esp~~c.1aJ.msnte- si 11c 
lleva arrnaduras, h0ce que- la té::n¡c¿, de 
f¡surac~ór, discreta sea muy adecuada pues. 
ir;troduce de una mar1era muy real lo-::~ fer,ótT,Enos 
deo encajarnH?nto de áridos y de rne::án.~.ca de 
fr~ac tur-a. 

c.l\_iilque se ha obten1.do una tJu,:?nO apr-o~<imaclórl a 

los resultados experlfT"t+?nta.les. es nece:¿u-lc 
real izat- más pruebas cor~ di ferente'3 tamaro::: ce 
elemento:. de la mC\ll-:3 de ele:rnentc·~ f.!Jll tos con 
c,b)eto de conocer la senslblidaj de 1a 
"-/-:3r1.ac1.ón de la ma 11.;; ya que se h~ empleado un 
criterio cláC::l.CC tensional para CEtev-mJ.r .. ,ar la 
f¡sur-ación. 

Ha:- que destacar ls importarc1.¿; q._¡e "t1e:e el 
::v,-oceso de carq.-~ err~plE¿),dO quE· perml te conocer 
er· que carqa se ha produ::ido cada tram:; dE 
f1sur13 incluso aunque se prociL:zca en ra.rnas 
d;:x-;cendentes. es decJ~-, en fic:::.ur-as- lnr:?stu.bles~ 
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APLICACION DEL HETODO DE PREDICCION DE VIDA DE PARTICICION DE LOS INTERVALOS 
DE DEFORMACION MODIFICADO POR CONSIDERACIONES DE DEFORMACION Y DE VELOCIDADES 

DE DEFORMACION 

Simón, S., Rodríguez, J. M. y Fuentes M. 

CENTRO DE ESTUDIOS E INVESTIGACIONES TECNICAS DE GUIPUZCOA 
Apartado, 1.555. 20080 - SAN SEBASTIAN 

RESUMEN.- El comportamiento frente a situaciones de fatiga y fatiga-fluencia, de 
un acero inoxidable austenítico AISI 316L, a 625•c al aire se analiza por medio 
del método de predicción de vida conocido como de partición de los intervalos de 
deformación (SRP estandar) y mediante una modificación de dicho método de predic
ción. Esta modificación consiste en la introducción de unas bases físicas por 
medio de la observación microestructural de las superficies de fractura y del 
comportamiento de relajación de la tensión a lo largo de los periodos de 
mantenimiento de la deformación. La unión de estos dos aspectos permite obtener 
unas velocidades de deformación de transición entre el daño transgranular y in
tergranular, pudiendo descomponerse más correctamente el intervalo de deformación 
inelástico y con ello mejorar la predicción de vida. 

ABSTRACT.- The behaviour of AISI 316L (low carbon 316 austenitic stainless steel) 
under low cycle strain controlled fatigue and creep-fatigue tests, at 625•c in 
air, has been predicted applying both the standard Strain Range Partitioning 
(SRP) life prediction method and the modified SRP. This paper shows that bringing 
a physical basis into the standard SRP method, the life predictions can be im
proved. With the help of relaxation equations and the metallographic exam of 
failed specimens, the modification takes account of the rate at which damage ac
cumulates. Each type of damage is related lvith a strain rate range, so that, the 
SRP creep strain components partition using certain transition strain rates can 
be improved an also the life prediction. 

lL7 

l. INTRODUCCION 

Bajo ciertas circunstancias, pcr ejemplo en 
plantas convencionales de generación de ener
gía, la presencia de situaciones complejas de 
carga y temperatura lleva a menudo a 
dificultades de diseño en ciertos componentes. 
Las condiciones estacionarias de servicio de 
estas plantas dan paso con frecuencia a 
transitorios de tensión y temperatura que 
hacen que ciertos elementos padezcan 
deformaciones inelásticas cíclicas "tipo 
fatiga" y "tipo fluencia lenta" y provocan un 
descenso en la vida del componente. 

La pregunta central es: como sumar estos pro
cesos de fatiga y fluencia para obtener el 
daño total y predecir la vida del material. 

El interés considerable en la predicción de 
vida durante las dos décadas pasadas, ha pro-

ducido un gran número de intentos diferentes 
para desarrollar métodos de predicción [l-6]. 
Gran parte del trabajo realizado se ha centra
do en el método conocido como de partición de 
los intervalos de deformación (strain range 
partitioning, SRP) [7-11] asumiendo que el 
tipo y magnitud de la deformación definen la 
cantidad de daño en situaciones fatiga-fluen
cia. Priest y Ellison [12], usando un acero 1 
Cr-Mo-V, demostraron que el tiempo empleado 
durante los periodos de mantenimiento de la 
deformación es también importante a la hora de 
acumular daño por fluencia. La dispersión que 
aparece en las predicciones de vida al aplicar 
el SRP de Manson se debe, según dichos auto
res, a la simplificación que supone el decir 
que la acumulación de daño es linealmente de
pendiente de la magnitud de la componente de 
deformación de fluencia. Sin embargo, el exa
men de las curvas de relajación muestra que la 
mayor parte de la caida de tensión por relaj~ 
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jación ocurre en los primeros instantes del 
periodo de mantenimiento, simplemente porque 
la relajación de tensión es inicialmente muy 
rápida. La velocidad de relajación de tensión 
y la relajación decrecen con el tiempo, de tal 
forma que a medida que transcurre el periodo 
de mantenimiento la cantidad de deformación 
~!cp' que se adiciona, es cada vez menor. De 
forma similar, Battle y sus col. [13) 
modificaron su técnica predictiva consi
derando que el daño de fluencia ocurre en la 
última parte del periodo de mantenimiento 
donde la relajación de tensión es menor, e ig
norando cualquier efecto de la fluencia duran
te la rápida relajación de tensión inicial. 

El objetivo de este trabajo es introducir unas 
bases físicas dentro de la técnica del SRP 
aplicada a un acero inoxidable austenítico 
AIS I 316 L, tratando de mejorar las predic
ciones de vida obtenidas previamente mediante 
áquella. La idea es subdividir las componentes 
de deformación de fluencia del SRP con la 
ayuda de unas velocidades de deformación de 
transición, im-w' que marcan la separación 
entre los dos tipos de daño: transgranular, m 
(matrix), característico de procesos donde 
predomina la fatiga, e intergranular, w 
(wedge), característico de procesos de fatiga
fluencia. 

La Fig. 1 presenta el modo de partición del 
intervalo de deformación propuesto por Priest 
y Ellison [12) al considerar la velocidad a la 
que se acumula el daño durante los ensayos 
cíclicos. Las variables que se indican son: 

O"r 
ll.Ecp =E 

.._on 

(j~ 
E 

Fig. l. Partición según el módulo propuesto 
por Priest y Ellison, de un lazo de hísté
resis típico con tiempos de man~enimíento de 
la deformación en el pico de tracción [12]. 

0 xitax 

a' r 
~!ép 

instante del tiempo de mantenimien
to en el que la velocidad de 
deformación plástica, € p, es in
ferior a !m-w-

tensión tractiva, promedio de una 
serie de ciclos hacia la mitad de 
la vida, en el instante ti. 

tensión tractiva, al final del 
periodo de mantenimiento. 

0~ax - 0~in 
deformación 
plástica 

elástica convertida en 
de fluencia con ip ~ 

2. TECNICAS EXPERIMENTALES 

El material utilizado ha sido un acero inoxi
dable austenitico AISI 316L. Tanto la com
posición química, condiciones de realización 
de los ensayos de fatiga y fatiga-fluencia, 
así como los resultados obtenidos se han des
crito previamente [14). 

La modificación del método del SRP exige cono
cer los valores que la velocidad de deforma
ción plástica toma durante la relajación de 
carga que tiene lugar en la zona tractiva del 
ciclo "cp" (fluencia tractiva, fatiga com
presiva) [14]. 

Al realizarse el ensayo bajo control de defor
mación diametral, en un determinado instante 
del periodo de mantenimiento de la deformación 
diametral, la deformación plástica viene dada 
por la expresión [15): 

~ * (J (l) 
E 

donde E es el módulo de elasticidad y v
0

, vP 

los módulos de Poisson elasticCJ y plastico, 
respectivamen~e. Para la temperatura de ensayo 
empleada los valores tomados [lGJ para estas 
constantes han sido: E = 155000 MPa, ve = 0.32 
y V = 0.5. 

p 

Diferenciando con relación al tiempo y te
niendo en cuenta que !des constante: 

V a 
_!!* 

V E 
(2) 

p 

donde o representa la variación de la tensión 
en el transcurso del tiempo. Por tanto, para 
poder determinar €P además de conocer los 
valores de las constantes ve, vP y E, a la tem
peratura de ensayo, es necesario cuantificar 
o. Ello requiere la aplicación de ecuaciones 
que ajusten los valores de la tensión en el 
periodo de mantenimiento Th. En el presente 
trabajo se han utilizado la ecuación de Gittus 
y la ecuación logaritimica [16): 
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a) Ecuación tipo Gittus 

ln [ u o ] - ~ t l+M 
u l+M 

(3) 

b) Ecuación de ajuste tipo logarítmica 

u - B0 - B1 log (1 + t) (4) 

donde: u 0 - tensión en el instante t - O. 
u = tensión en t = t. 

A, M, B0 , B1 = constantes que se determinan 
para cada ensayo (en la mitad de la vida) 
mediante ajustes por mínimos cuadrados. 

3. RESULTADOS Y DISCUSION 

3.1 Aplicación del SRP a los dat-ns de fatiga
fluencia 

La Fig. 2 muestra las dos relaciones básicas 
de vida, intervalo de deformación-vida, ob
tenidas a partir de los datos de los ensayos 
de fatiga-fluencia [14] siguiendo la técnica 
del SRP de Manson [7,8]: 

X Fluonc:io 

,;·~ ..... X 

o 

o 

X •• 

>k ........... . 

N5% 

Fig. 2. Relaciones b¿sicas de vida 6•w1Nw y 
Ófcp/Ncp obtenidas según la técnica del SRP 
para el acero AISI 316L a 600-625·c. 

53 l*N -o.sel 
' cp 

r 0,978 (5) 

r = 0,878 (6) 

3.2. Relajación de tensiones 

La Fig. 3(a) muestra, frente al tiempo en 
minutos, algunos ejemplos de curvas de 
relajación de la tensión tractiva para el 
acero AISI 316L a 62s•c. Para cada ensayo, los 
niveles de carga representados son valores 

promedio de 3 a 4 ciclos tomados a la mitad de 
. la vida. 

350~-----r------~----~------~ 
e .AE 1 =Z%,Th:20mln 
+ .. • •••• 60 • 
o .. .. 1-J • ••• 18 • 
A co.s"' .... ¡o • 

AISI nsL,112!5"C 

~250 

i¡;-+ 
:e .... 

:ª p + 
ce + 

~150 o cccctl:l + + + + 
~ rt\., o o o o o 

ll ll 
A ll ll 

50 f- -
o o 20 40 60 80 

Tiempo C m in.) 

Fig. 3(a). Resultados de relajación obtenidos 
para el acero AISI 316L a 625°C, para 

diferentes intervalos de deformación .'' tiempos 
de mantenimiento 

350 

.....250 
ti a. :e 

1150 
e 
~ 

20 

AEt tr 2•1., Th: 20 min 
••n,u:&Ou 

o • 2' 1 e¡. ' u = 38 • 
A •0,&•1., u= 30 • 

AISI 316 l,625"C 

A julio, s: A+ 9 Log(l+l) 
( 1 en sogl 

Ec. Gllfus : so/s :A/( 1 + MH 1• 
(ton ••ol 

40 60 80 
Tiempo ( min.) 

Fig. 3(b). Ajuste de las ecuaciones de Gittus 
y Logarítmica a los datos experimentales de 
relajación. 

Los valores reales y sus ajustes mediante las 
ecuaciones de Gittus (líneas continuas, ecuac. 
(3)) y logarítmica (lineas a trazos, ecuac. 
(4)) se muestran en la Fig. 3(b). Como puede 
observarse, con ambas ecuaciones se obtiene un 
ajuste razonable de los resultados ex
perimentales. 

En la Tabla 1, para el tiempo en segundos, se 
presentan los valores obtenidos para las dis
tintas constantes que aparecen en las 
ecuaciones de ajuste. Dos aspectos cabe 
resaltar de las Figs. 3(a) y 3(b) y de la 
Tabla 1: 
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Tabla l. Constantes obtenidas para las 
ecuaciones de Gittus y Logarítmica 

Ec. Logarítmica Ec. de Gittus 

Á<t 

% Bo B1 r2 A M r3 

2,063 339,5 47,9 0,999 0,0235 -0,6194 0,999 

2,086 329,7 45,2 0,993 0,0254 -0,7867 0,997 

2,105 335,2 62,4 0,989 0,0307 -0,6945 0,944 

2,036 306,6 46,2 0,994 o ,0213 -0,7029 0,959 

1,026 246,8 36,7 0,994 0,0260 -0,7942 0,996 

1,038 248,4 35,3 0,975 0,0250 -0,8511 0,998 

1,034 228,5 27,3 0,976 0,0252 -0,8516 0,999 

0,567 190,2 25,3 0,995 0,0233 -0,7777 0,994 

0,568 192,4 31,2 0,999 0,0212 -0,7067 0,997 

0,592 183.2 29,6 0,980 0,0145 -0,5811 0,978 

El ajuste logrado con la ecuación de Gittus 
es mejor para tiempos cortos de mante
nimiento ocurriendo lo contrario para los 
ensayos con tiempos mayores. 

· Las constantes de la ecuación logarítmica 
presentan una clara dependencia del inter
valo de deformación aplicado, al no estar 
normalizadas al valor de la tensión inicial 
como hace la ecuación de Gittus. 

3.3. Aplicación de la corrección del SRP por 
la velocidad de transición 

La corrección del SRP, según Priest y Ellison, 
se ha realizado tomando la ecuación de Gittus 
como ecuación de ajuste de las distintas 
tensiones de relajación y el valor propuesto 
por Min [17], i:== lo-•s- 1 , como velocidad de 
transición, para el acero AISI 316L a 625"C. 
Este valor se ha elegido por no disponer de un 
mayor número de ensayos con tiempos suficien
temente pequeños, menores de 1 min., como para 
determinar experimentalmente el valor de dicha 
velocidad. 

La Tabla 2 recoge los nuevos valores obtenidos 
para los intervalos de deformación inelástico, 
6e~, al aplicar la corrección de Priest y El
lison . En la misma tabla se presentan los re
sultados obtenidos al partir la componente 
inelástica de la deformación según el SRP de 
Manson, 6ecp' siendo 6et el intervalo de 
deformación total aplicado a cada probeta y Th 
el tiempo de mantenimiento de la deformación 
en el pico de carga tractiva. Se observa como 
la introducción de la modificación es más im
portante en aquellos ensayos con menores tiem
pos de mantenimiento 

Una vez modificada la partición de los 
diferentes intervalos de deformación ine
lásticos, según la fig. l, y aplicando la 

técnica del SRP de Manson [7,8] se obtiene la 
. nueva relación básica de vida, Ae~¡I'Ncp . 

Tabla 2. Valores obtenidos para el intervalo 
de deformación inelástico según el SRP de 
Hanson y el SRP modificado. 

a' ar 
Th 6€t A e' cp - --.1:: Aecp -

E E 
m in % 

% % 

1 2,063 0,0087 0,0552 
3 2,086 0,0220 0,0648 

20 2,105 0,0700 0,0120 
60 2,036 0,0760 0,0990 

1 1,026 0,0094 0,0409 
3 1,038 0,0148 0,0500 

30 1,034 0,0294 0,0600 
1 0,567 0,0089 0,0280 
1 0,568 0,0100 0,0278 

30 0,592 0,0516 0,0550 

(7) 

siendo Ae~P la deformación elástica conver
tida en plástica de fluencia con €P :S €m·w 

Esta relación se representa, en la Fig. 4 
junto a las obtenidas en condiciones de fatiga 
y fatiga-fluencia al aplicar el SRP de Manson, 
suponiendo un limite inferior de vida, en las 
situaciones de ensayo empleadas EH! el presente 
trabajo. 

corrttidoa 

Fig. 4. Relaciones básicas de vida 6ePP/NPP' 
A€ 0 /Ncp y Ae~/Ncp' obtenidas según la técnica 
del SRP y el SRP modificado para el acero AISI 
316L a 600-625"C. 

Las nuevas predicciones de vida obtenidas a 
partir de esta nueva relación y la de con
diciones de fatiga se muestran en la Fig. S, 
frente a la vida observada en cada ensayo. Las 
bandas indican un factor de dispersión de 2 a 
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ambos lados. Para todos los ensayos se obtiene 
una buena correlación. 

.., 
o 
'5 
;:; 
4D .. o. 
z SRP~orr. 

• • 
" • • 

Th ,min 

1 
3 

20 
30 

!500 1000 5000 
N observados 

Fig. 5. Predicción de vida para el acero AISI 
316L a 600-625'C, según el SPJ' modificado 

Las predicciones de vida re.~;ultantes al 
aplicar los dos métodos de predicción, el SRP 
de Manson y el SRP modificado se comparan en 
la Fig. 6. En general, el uso de este último 
permite obtener una banda de dispersión más 
estrecha, mejorando la predicción en ensayos 

! con grandes intervalos de deformación !:::.t.t == 2% 

y cortos tiempos de mantenimiento, Th - 1 min. 
Este mismo comportamiento ha sido observado 
por Priest y Ellison [12] si bien sobre un 
acero lCr.Mo.V, que no muestra interacción 
entre los daños de fatiga y fluencia como lo 
hace el AISI 316L. 

lOO 500 1000 
N observados 

Th,Nin 

1 
3 

20 
liO 
e o 

5000 

Fig. 6. Predicción de vida para el acero AISI 
316L a 600-625°C, según el SRP (símbolos en 
blanco) y el SRP modificado (símbolos en 
negro). 

La razón de que el SRP de Manson de peores 
predicciones para aquellos ensayos con tiempos 
de mantenimiento muy cortos á muy largos se 
debe a que la magnitud del lHcp no representa 
la fracción de daño que ocurre durante los 
mismos. Por ejemplo, en el ensayo 121 de este 
trabajo (~€t = 2%, Th-1 min), una parte impor· 
tante de la componente de deformación cp se 
acumuló con una gran velocidad de deformación. 
Las consideraciones de daño han demostrado que 
estas deformaciones rápidas son relativamente 
menos importantes, y así lo consideran Priest 
y Ellison [12], mientras que el SRP de Manson 
considera que a lo largo de todo el periodo de 
mantenimiento se produce deformación tipo cp. 

CONCLUSIONES 

l. 

2. 

3. 

En ensayos con bajos tiempos de manteni· 
miento y altos niveles de deformación la 
aplicación del SRP como técnica predictiva 
conduce a unas predicciones muy con· 
servativas por sobrevalorar el daño de 
fluencia. 

La respuesta de los materiales ante com
plejas condiciones de carga se describe 
más apropiadamente a partir rl81 estudio de 
los procesos físicos de daño que aparecen 
en esas condiciones. 

Los periodos de mantenimiento pueden con· 
tener varios dominios en los cuales pueden 
operar diferentes mecanismos de daño. El 
hecho de que la deformación de fl uenc i a se 
acumule a distintas velocidades a lo largo 
de los periodos de mantenimiento permite 
utilizar la velocidad de deformación como 
transición entre los distintos tipos de 
daño. 
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APLICACION DEL HETODO DE PREDICCION DE VIDA DE PARTICION DE LOS INTERVALOS 
DE DEFORMACION A UN ACERO INOXIDABLE AUSTENITICO AISI 316L a 625"C. 

Simón, S., Rodríguez, J. M. y Fuentes M. 

CENTRO DE ESTUDIOS E INVESTIGACIONES TECNICAS DE GUIPUZCOA 
Apartado, 1.555. 20080 - SAN SEBASTIAN 

Resumen.- Se muestra la influencia de los tiempos de mantenimiento de la 
deformación en los picos de carga tractiva sobre la vida a fatiga de bajo número 
de ciclos de un acero inoxidable austenitico AISI 316L, a 62s•c al aire. Su com
portamiento frente a situaciones de fatiga y fatiga-fluencia, se analiza por 
medio del método de predicción de vida conocido como de partición de los inter
valos de deformación (SRP). Esta técnica permite predecir la vida del material, 
en condiciones de fatiga de bajo número de ciclos, con o sin tiempos de 
mantenimiento de la deformación, dentro de un factor de dispersión de 2 frente a 
la vida observada. 

Abstract.- The influence of tensile hold-times on the low cycle fatigue life of 
AISI 316L tested at 62s•c in air, is shown. Its behaviour under low cycle strain 
controlled fatigue and creep-fatigue tests, at 62s•c in air, has been predicted 
applying the standard Strain Range Partitioning (SRP) life prediction method. 
This technique allows, within a factor of two, a prediction of the AISI 316L be
haviour at 62s•c under low cycle fatigue tests with o without tensile strain 
hold-time. 
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l. INTRODUCCION 

En determinadas aplicaciones industriales, por 
ejemplo en plantas convencionales de genera
ción de energía, la presencia de situaciones 
complejas de carga y temperatura lleva a menu
do a dificultades de diseño de los componen
tes. Las condiciones estacionarias de servicio 
de estas plantas dan paso con frecuencia a 
transitorios de tensión y temperatura que ha
cen que ciertos elementos padezcan deformacio
nes inelásticas cicli~as "tipo fatiga• y "tipo 
fluencia lenta" y provocan un descenso en la 
vida del componente. El problema fundamental 
que surge es como considerar conjuntamente 
estos problemas de fatiga y fluencia para ob
tener el daño total y predecir la vida del ma
terial. 

estudiaba por separado y la mayoría de los 
datos tecnológicos todavía utilizados tienen 
esta procedencia (datos de fluencia con
vencional bajo tensión constante, datos de 
fatiga de gran amplitud con ondas conven
cionales, etc.). Las predicciones de vida a 
que estos datos conducen no son satisfac
torias, fundamentalmente cuando estos 
fenómenos se dan simultanea o secuencialmente: 
por ejemplo, ciclos de tracción rápida y com
presión lenta o viceversa, situaciones de 
carga constante, deformación constante entre 
situaciones de fatiga, etc. 

Tradicionalmente, hasta mediada la década de 
los sesenta, cada uno de estos fenómenos se 

El interés considerable en la predicción de 
vida durante las dos décadas pasadas, ha pro
ducido un gran número de intentos diferentes 
para desarrollar métodos de predicción más 
precisos [1-6]. Gran parte del trabajo reali
zado se ha centrado en el método conocido como 
de partición de los intervalos de deformación 
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(strain range partitioning, SRP) [7-11] 
asumiendo que el tipo y magnitud de la 
deformación definen la cantidad de daño 
ocasionado en una situación compleja de 
fatiga-fluencia. 

En este artículo se muestra la aplicación del 
método del SRP a un acero inoxidable 
austenítico AISI 3161 (bajo en carbono). Con 
este fin se ha realizado un conjunto de 
ensayos isotérmicos de fatiga de gran amplitud 
y de fatiga-fluencia o de interacción entre 
ambos procesos de daño. 

1.1. Técnicas de predicción de vida-Método de 
partición del intervalo de deformación 

El método de partición del intervalo de 
deformación fue introducido por Manson y col. 
[7-11] como un intento de mejorar la inter
pretación que los métodos acumulativos de daño 
hacían de la interacción fatiga-fluencia. En 
su forma estandar, el método del SRP separa el 
daño en componentes del intervalo de 
deformación dependientes e independientes del 
tiempo, pero al contrarío de los métodos de 
adición de daño, tiene también en cuenta la 
deformación inversa (reversed) asociada con 
cada proceso. Así cualquier intervalo de 
deformación inelástico (total menos elástico) 
puede particionarse en 4 componentes [11]: 

i) Flujo plástico tractivo balanceado por 
flujo plástico compresivo; esta com
ponente se designa por ~Epp' 

ii) Flujo plástico tractivo balanceado por 
fluencia compresiva; se designa por ~Epc' 

iii) Fluencia tractiva balanceada por flujo 
plástico compresivo, ~Ecp' 

iv) Fluencia tractiva balanceada por fluen
cia compresiva, ~fcc 

Un ciclo operacional cualquiera, a-E, siempre 
y cuando sea cerrado, es una combinación, de 
3, Fig. 1, como máximo, de los anteriores com
ponentes, correspondiendo a cada uno de ellos 
un bucle de histéresis cerrado, Fig. 2(a). En 
realidad únicamente el primer bucle, ~EPP se 
puede obtener experimentalmente de una forma 
directa. 

El método requiere solamente que se construya 
un conjunto de relaciones de vida, una para 
cada una de las componentes de la Fig. 2(a). 
Estas relaciones se establecen experimen
talmente en la forma de la ecuación de Coffin
Manson, según se aprecia en la Fig. 2(b). 

hjk 
Njk - Ajk ~E jk 

donde j y k representan p ó c. 

(1) 
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e' 
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1 
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ABp< CD¡,·=>.AEpp=AB 

cr 

E 

TracciÓn : AC = Aep 1- BC e: 

compr. :CA= Cop +DA e 

DAc:< BC¿::>.AEc:c:= DA i .AEc:p= 8c- DA 

.AE¡0 = .AEpp• .AEc:c+ .AEcp= Ac =CA . 

Fig. l. Bucle de hiscéresis a-E cerrado, 
isocérmico. La parcición se encuencra reali· 
zada de forma esquemácica [9,11]. 
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(b) 

(a) 
(J 
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Fig. 2 (a). Ciclos de hiscéresis ideales según 
el SRP [8,11] 
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Fig. 2 (b). Relaciones básicas de vida del SRP 
[ 11]. 
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Una vez obtenidas estas relaciones, para 
predecir la vida a fatiga con un ciclo real se 
deberá particionar el mismo y determinar la 
magnitud de cada ~fjk' 

Determinadas las magnitudes de cada ~fjk el 
número de ciclos hasta el fallo se determina a 
partir de la regla de daño interactivo: 

(2) 

donde: 

(3) 

(4) 

y 

Nxx es el número de ciclos de deformación que 
soportaría el material si todo el intervalo de 
deformación fuese del tipo xx. 

La presencia de los paréntesis alrededor de 
las componentes de vida cp y pe se usa para 
indicar que para cada lazo de histéresis 
únicamente es posible tener contribución de 
daño tipo cp o pe, pero no ambas 
simultaneamente. 

2. MATERIAL Y TECNICAS EXPERIMENTALES 

El material utilizado ha sido un acero inoxi
dable austenitico AISI 316L (bajo en carbono) 
solubilizado cuya composición quimica se 
señala en la Tabla l. 

TABLA l. Composición química en % en peso 

e Mn Si S p Cr Ni M o N 

.035 1.50 .37 .017 .016 17,4 12.7 2.42 .04 

Todos los ensayos cíclicos de fatiga y fatiga
fluencia se llevaron a cabo isotérmicamente al 
aire (los ensayos de fatiga a 600°C ± 3oc y 
62Soc ± 3°C, los ensayos de fatiga-fluencia a 
625oc ± 3°C). Se utilizó una máquina ser
vohidráulica INSTRO~ modelo 1342 con control 
de deformación total, extensometría diametral 
y sistema de calentamiento por resistencia 
directa. Los detalles del sistema de ensayos, 
material, diseño de probeta, etc. se han dado 
previamente [12]. 

Se han realizado 18 ensayos de fatiga bajo 
control de deformación diametral, con unos in
tervalos de deformación diametral, ~fd' com
prendidos entre 0,14 y 1,27%. La onda de 
deformación aplicada fue triangular simétrica 
de amplitud constante, y las velocidades de 

deformación axial resultantes estuvieron com
prendidas entre 0,9*10-3 y 7,6*10-3 s· 1 (12]. 

El número de ensayos de fatiga-fluencia reali
zados ha sido de 11, llevados a cabo bajo con
trol de deformación diametral, con unos ~fd 

comprendidos entre 0,24 y 0,98% y siguiendo la 
misma técnica de ensayos que la utilizada para 
los ensayos de fatiga. La onda de deformación 
aplicada fue similar a la de fatiga pero con 
la introducción de un tiempo de mantenimiento, 
Th, de la deformación diametral en el pico de 
carga tractiva. Este tiempo de mantenimiento 
osciló entre 1 y 60 minutos. El valor de la 
velocidad de deformación diametral aplicada, 
ed, en las partes dinámicas de los ciclos fue 
de = 2.10-3 s-1 (velocidad de deformación axial 
resultante e. = 4 .10·3 s· 1 ). 

La Fig. 3 es una representación esquemática de 
las distintas variables que intervienen en los 
ensayos de fatiga-fluencia utilizados: 

E 
D'"troct. 

!al 

O"compr., MPa 

lb) 

AS= b. E¡n 

or 
b.Ecp= E 
b.Epp= b.E¡0 - b.Ecp 

Fig. 3. Representación esquemática de un 
ensayo de fatiga-fluencia. 
a) onda de control en deformación. 

b) respuesta obtenida en carga y 
d) ciclo de histéresis resultante. 

a) La onda de entrada, fd·t, para control del 

ensayo 
b) La respuesta en términos de carga (puede 

apreciarse cómo a lo largo del periodo de 
mantenimiento hay una relajación de la 
carga tractiva). 

e) El ciclo de histéresis, a-fd, a la mitad de 
la vida. 

En ambas situaciones, el criterio de fallo 
elegido define la vida a fatiga como el número 
de ciclos, Nsx• necesario para ocasionar una 
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reducción en la carga tractiva estabilizada a 
la mitad de la vida, um, del 5%. 

2.1. Aplicación del método de partición de los 
intervalos de deformación CSRP) a los 
ensayos de fatiga -fluencia 

Experimentalmente no es posible realizar 
ensayos de fatiga-fluencia en los que la 
deformación inelástica aplicada sea ex
clusivamente del tipo "cp", "pe" o "ce", 
estando siempre acompañada de una componente 
"pp". En consecuencia, para poder determinar 
las relaciones básicas lH jk/Njk resulta in
dispensable realizar la corrección que elimine 
la componente "pp". Para los ensayos de 
fatiga-fluencia realizados en el presente 
caso, ensayos del tipo "cp" (Fig. 2(b)), una 
vez obtenida la relación básica lHPP/NPP 
(mediante los ensayos de fatiga pura), y la 
caída en tensión tractiva a lo largo del 
periodo de mantenimiento, ur' es posible deter
minar los diferentes valores de ~'cp' por medio 
del cociente ur/E (13], siendo: 

umax·umin• (fig. 2(b)) 
tensión tractiva, promedio de 3 a 4 
ciclos hacia la mitad de la vida, al 
inicio del periodo de manteniente 
(equivale, salvo pequeñas diferencias 
de ciclo a ciclo, a um). 
ídem, a final del periodo de mante
nimiento. 

E módulo de elasticidad. 

Una vez conocido para cada ensayo el valor de 
·~'cp• es posible obtener: 

el correspondiente 

entre ~'in y 6'cp· 
- los factores de daño 

(3)). 

~'pp, por diferencia 

Fpp y Fcp (según ecuac. 

- y los valores Ncp ó número de ciclos que 
soportaría el material si todo el ~'in fuese 

del tipo ~'cp· 

los valores Ncp se cnlculan siguiendo una 
ecuación derivada de ln ecunc. (2): 

1 1 
(S) 

F cp 

donde Nf representa el número real de ciclos 
observado. 
Una ve~ calculados los valores Ncp se puede de· 
terminar, por mínimos cuadrados, la segunda 

relación básica de vida, ~'c/Ncp' 

3. RESULTADOS 

En la Fig. 4, en co•Jrdenadas doble logarít-

micas, se representan, en función de la vida a 
fatiga, N5%' los valores de la amplitud de 
deformación plástica, ~' , de las probetas 

p . 
ensayadas a fatiga pura. Ajustando dichos 
valores a una ecuación del tipo Coffin-Manson 
[14,15], mediante mínimos cuadrados, el resul
tado obtenido es: 

lo- 1 .------.------~-------.------, 

x Al SI 316 , 62e•c 

* n t 6<>0-C 

o AISI 316,600"C 

" • s2e•c 

lo-3~----~~----~------~------~ 
101 102 103 104 105 

N 5% 

Fig. 4. Influencia de los tiempos de 
mantenimiento sobre la vida a fatiga, N5%, del 
acero AISI 316L a 625'C 

r=0.978 (6) 

Dos detalles pueden resaltarse de los ensayos 
de fatiga: 

- no existen diferencias notables entre los 
resultados a 600 y 625"C. 

- a medida que se incrementa el intervalo de 
deformación plástico, 6EP, el número de 
ciclos soportados por el material disminuye. 

Los resultados obtenidos a partir de las 
probetas ensayadas a fatiga-fluencia se 
señalan también en la Fig. 4 para los tiempos 
de mantenimiento, Th, de 1, 3, 20, 30 y 60 
minutos. 

Se observa que para intervalos de deformación 
grandes, ~'t - 2,0%, los valores de Th de 1 
min. apenas influyen sobre la vida del mate
rial, con relación a la obtenida en ensayos de 
fatiga en idénticas condiciones de 

deformación. La influencia de estos pequeños 
valores de Th se incrementa a medida que el in
tervalo de deformación se hace más pequeño. De 
manera similar, la vida cíclica disminuye al 
aumentar el intervalo de deformación aplicado, 
y para un intervalo de deformación dado, al 
incrementar el tiempo de mantenimiento. 
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3.1 Aplicación del SRP a los datos de fatiga
fluencia 

En la Fig. 5 se representa en función de la 
vida a fatiga N5x, las dos relaciones básicas 
de vida obtenidas a partir de los datos de los 
ensayos de fatiga y fatiga-fluencia siguiendo 
la técnica del SRP descrita en el apartado 2.1 
[7 ,8]: 

··. 
.E 
w 
<~1o· 2 

o Enaoyos de Fati9Q 

~·~ •••••••• X 

X ··x..~ 

X .• •• 

>!< ••••••• 

·· .. ·. ·. 

Fluencia 

10-3 L---l..-:------l.-=---·..:··...J....,=-----'--:----' 
104 

N5% 

Fig. 5. Relaciones básicas de vida AEPP/NPP y 
A<

0
P/Ncp obtenidas según la técnica del SRP 

para el acero AISI 316L a 600-625•c. 

53 l*N -o.sal , pp r = 0,978 (7) 

9 6*N -0,667 
' cp r- 0,878 (8) 

Como puede verse, la ecuación (7) coincide con 
la ecuación (6), obtenida para los ensayos de 

fatiga pura, al ser: AEP "" A<PP y N5: "" Npp' 

DISCUSION 

Las relaciones A<PP/NPP (7) y Ae 0 P/Ncp (8) se 
comparan en la Fig. (6) con los resultados 
publicados en la bibliografía para aceros in
oxidables 316 ensayados a 600 y 7oo•c. En el 
caso de fatiga pura, la banda de dispersión 
resultante es muy reducida, no apreciándose 
una influencia significativa de la temperatura 
de ensayo, si bien los resultados correspon
dientes a 70o•c se situan ligeramente por 
debajo de los obtenidos a 6oo•c. 
En el caso de las relaciones A<

0
/Ncp las dife

rencias existentes entre los distintos resul
tados son apreciables. Los resultados corres
pondientes al presente trabajo se hallan 
próximos a los determinados por Yamaguchi y 
col. (16] a 60o•c, fundamentalmente para in
tervalos de deformación inelásticos elevados. 
Sin embargo, las curvas obtenidas para 70o•c 

por Yamaguchi [16] y Saltman [17] presentan 
valores de vida notablemente más elevados para 
iguales niveles de deformación. Este mejor 
comportamiento a 7oo•c ha sido también obser
vado por otros autores [18] que señalan como 
posible mecanismÓ el hecho de que a esas 
temperaturas tiene lugar una precipitación de 
carburos que restringe el deslizamiento de las 
juntas de grano, retardando el daño y en con
secuencia aumentando la vida del material. 

e: 
;;; IQ-2 
<1 

Preaente traba;o 
Ref. 18 800"C 

.. 11 7oo•c 
• 17 705"C 

Fig. 6. Comparación de las relaciones vida
intervalo de deformación particionado propias 
y las obtenidas para aceros inoxidables 
austeniticos del tipo 316 en el intervalo 600-
705•c [16,17]. 

Con la ayuda de las relaciones básicas (7) y 
(8) y la ecuación (2) se ha realizado la 
predicción de vida para cada uno de los 
ensayos llevados a cabo con tiempos de 
mantenimiento de la deformación en el pico 
tractivo. En la Fig. 7, en coordenadas dobles 
logarítmicas, se representan, frente al número 
de ciclos observados para cada ensayo, las 
distintas predicciones de vida realizadas. Las 
bandas indican un factor de dispersión de 2 a 
ambos lados. 

Al igual que en otros trabajos de la 
literatura, los resultados muestran que las 
vidas cíclicas pueden generalmente calcularse 
dentro de un factor de dos (en relación a las 
vidas observadas) cuando se trabaja dentro de 
un único laboratorio, con una única colada de 
material y usando unas determinadas técnicas 
de trabajo. Por lo tanto un factor de dis
persión de dos en las estimaciones de vida 
seria un valor aceptable en la aplicación del 
SRP. Del mismo modo, si se trabaja con varia
bles adicionales, tales como diferentes 
coladas, distintos laboratorios, diferentes 
técnicas de ensayo, etc. pueden esperarse 
mayores variaciones entre la vida predicha y 
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la observada, llegando a factores de dis
persión de 3 y 4 [17]. 

2000 

.21000 

i 500 
~ 
z 

100100 500 1000 

N observados 

o 
D 
V 
tJ. 
X 

Th ,min 

1 

3 

20 
30 
60 

5000 

Fig. 7. Predicción de vida para el acero AISI 
316L a 600-625"C, según el SRP debido Hanson. 

En nuestro caso concreto, las predicciones 
tienden a ser más conservativas para tiempos 
cortos de mantenimiento, Th = 1 min., e inter
valos grandes de deformación, l::>Et = 2%, por 
sobrevaloración del daño de fluencia. Tenden
cias similares han obtenido otros autores 
[19,20] con distintos materiales al aplicar el 
método del SRP .. 

CONCLUSIONES 

l. La introducción de tiempos de mantenimiento 
de la deformación en los picos de carga 
tractiva en los ensayos de fatiga de gran 
amplitud reduce significativamente la vida 
cíclica. Las reducciones son 
progresivamente mayores a medida que se in
crementan los tiempos de mantenimiento. 

2. La aplicación del SRP debido a Manson 
permite, dentro de un factor de dispersión 
de dos, predecir el comportamiento del 
acero inoxidable austenitico AISI 316L a 
625•c ante ensayos de fatiga de gran 
amplitud controlados en deformación con o 
sin tiempos de mantenimiento de la misma en 
los picos de carga. 

3. En ensayos con bajos tiempos de 
mantenimiento y altos niveles de 

deformación la aplicación del SRP como 
técnica predictiva conduce a unas predic
ciones muy conservativas por sobrevalorar 
el daño de fluencia. 
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INFUENCIA IIE LA LDN6ITUD DEL REGISTRO IIE CARGA EN LA DISTRIBUCION IIE LA VIDA A 
FATIGA CON CARGA ALEATORIA 

Jaime Domínguez 

E.T.S.I.I., Univ. de Sevilla 
Avda. Reina Mercedes s/n, 41012-Sevilla. 

Para estudiar el crecimiento de grieta ante algún tipo de carga aleatoria, 
se considera un registro de longitud finita como representativo de toda la 
historia de carga. En el crecimiento de grietas por fatiga, los picos de carga 
más altos condicionan el comportamiento de las tensiones de cierre durante el 
crecimiento. Ello hace a estos ciclos especialmente importantes y reduce 
drásticamente el número de ellos que influyen realmente en la duración del 
proceso. Por ello, en algunos procesos aleatorios de carga el número de ciclos 
necesarios para obtener una buena estimación de la vida puede hacerse muy alto. 

En este trabajo se hace un estudio de la distribución estadística de la 
vida a fatiga en función del número de ciclos considerados representativos del 
proceso de carga. Esta distribución se analiza para diferentes formas de la 
densidad espectral de carga, banda estrecha y banda ancha. Se puede ver que el 
número de ciclos necesarios para obtener una dispersión determinada en los 
resultados de vida depende de varios parámetros, siendo el ancho de banda del 
proceso de carga y el nivel de tensiones dos de los más importantes. 

In arder to study crack growth under random loading, it is customary to 
consider finite length records as representative of the whole process. A few of 
the highest peaks determine the behaviour of the closure stress along the entire 
growth. This makes these events specially important and reduces the number of 
them which have a real influence in the life span. Because of this, with certain 
random loads, the length of the records than needs be considered to obtain 
meaningful predictions may become very large. 

The work presented herein studys the statistical distribution of fatigue 
lifetime as a function of the number of cycles reckoned to be representative of 
the load history. Both, narrow and wide band power spectral density processes 
are investigated. It is shown that the number of cycles required to achieve a 
certain scatter in lifetime predictions depends on various parameters, band 
width and bulk stress level being two of the most important. 

139 

1 • I NTRODUCC ION 

El problema del estudio de la resistencia 
a fatiga de un sistema mecánico puede plantear
se desde el punto de vista de la determinación 
del número de ciclos necesarios para que una 
grieta llegue a alcanzar cierta longitud ante 
unas cargas definidas. También puede conside
rarse como la estimación de la longitud alcan
zada por una grieta después de un número de 
ciclos especificado. En cualquiera de los 
casos, las estimaciones realizadas por los 
procedimientos habituales pueden llegar a ser 
varias veces mayores o menores que los resulta
dos experimentales. 

Las causas de estas diferencias pueden 
dividirse en dos grupos: los errores de los 
modelos analíticos o numéricos empleados en el 
cálculo; y el carácter estadístico de las 
cargas, las condiciones ambientales y de las 
propiedades del material, que puede hacer que 
se produzcan diferencias incluso entre dos 
ensayos con condiciones teóricamente iguales. 

Como errores de los modelos pueden incluirse: 
la falta de precisión de la ley de crecimiento 
de grieta supuesta; la no inclusión del efecto 
de algún parámetro en el modelo, por ejemplo la 
temperatura, humedad, etc.; inexactitud en la 
modelización de las cargas; la falta de preci
sión en el cálculo del factor de intensidad de 
tensiones al ir avanzando la grieta;etc. Entre 
las causas de errores imputables al carácter 
estadístico del fenómeno de la fatiga pueden 
considerarse: la variación aleatoria de la 
velocidad de crecimiento de la grieta, no sólo 
entre una probeta o elemento y otro, sino 
incluso en distintos puntos del mismo elemento; 
la variabilidad de determinadas condiciones am
bientales; los diferentes valores del factor 
crítico de intensidad de tensiones; el carácter 
aleatorio de las cargas; etc. [1,2J. 

Cuando el sistema objeto de estudio está 
sometido a cargas que varían aleatoriamente, 
parte de las diferencias entre los resultados 
de análisis o ensayos y los valores obtenidos 
en servicio son imputables a estas cargas. Se 
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producen tanto por defectos en su caracteriza
ción, como por la diferencia entre distintos 
registros representantes del mismo proceso 
aleatorio. Aunque pertenezcan al mismo proceso, 
estos registros no tendrán exactamente igual 
número de picos de la misma magnitud, ni dis
puestos en la misma secuencia. 

La caracterización y búsqueda de registros 
representativos de determinados procesos ha 
sido una preocupación importante en los últimos 
años, especialmente en la industria aeronáutica 
y en menor grado en la de automoción [3-5]. 
Como resultado de este trabajo de búsqueda de 
registros característicos, se han propuesto al
gunos como representativos de las cargas a que 
van a estar sometidos determinados sistemas. 
Por ejemplo, para determinados tipos de aviones 
se han propuesto algunas historias de carga 
entre las que se encuentran la denominada TWIST 
o la FALSTAFF [6,7]. Otros registros propuestos 
como modelos son el HELIX y el FELIX [8], para 
rotores de helicópteros. 

En este proceso de búsqueda de los regis
tros que mejor representen las condiciones 
reales de carga se ha analizado el efecto de 
diversas variables sobre el crecimiento de 
grieta. Ello permitirá decidir sobre su consi
deración o no a la hora de definir los regis
tros tipo para cada caso. Así, sobre todo en el 
caso de componentes de aviación, existen estu
dios del efecto algunos factores sobre la vida 
a fatiga [9-11], como son: la ordenación de las 
cargas dentro de un registro; el orden en que 
se combinan las historias de carga producidas 
por las diferentes clases de m1s1ones que 
realiza el avión a lo largo de su vida; la 
eliminación de los ciclos de pequeña amplitud 
para conseguir ensayos o análisis acelerados; 
la longitud de los registros correspondientes a 
cada misión, especialmente entre despegues y 
aterrizajes; etc. 

Caracterizado un proceso de carga mediante 
un registro representativo en el que se repro
ducen las condiciones deseadas de amplitudes, 
secuencia de ciclos de distinta amplitud, etc., 
queda por definir la longitud necesaria del 
mismo para conseguir una buena representación 
de dicho proceso. Teóricamente, seria necesario 
generar un registro aleatorio con las caracte
rísticas estadísticas del proceso y con dura
ción igual a la vida del elemento objeto de 
estudio. En general esto no se hace, sino que 
se genera la historia de carga con una longitud 
determinada y se aplica repetidamente, cuantas 
veces sea necesario hasta el fallo. 

Un requisito imprescindible para que un 
registro de longitud limitada represente a un 
proceso estacionario, es que las característi
cas estadísticas del registro seleccionado sean 
iguales a las del proceso completo. Si la 
longitud es corta, pueden producirse diferen
cias significativas entre los parámetros esta
dísticos de dos registros que intentan repre
sentar el mismo proceso. En el caso del creci
miento de grietas, si las longitudes de las 
historias de carga no son suficientemente 
grandes, la aplicación de las cargas correspon
dientes a un registro o a otro, de los repre
sentativos, puede producir resultados signifi-

cativamente distintos. 

En propagación de grietas por fatiga, 
debido al efecto de secuencia, .el problema de 
la selección de la longitud mínima se hace mas 
complejo. Pueden pr~ducirse situaciones en las 
que dos registros de carga sean estadísticamen
te muy similares en cuanto a distribución de 
picos, rangos (valor de pico menos valle> y 
número de ellos, y sin embargo producir resul
tados bastante diferentes en lo que a creci
miento de grietas se refiere. 

La razón de esta posible diferencia estri
ba en la gran influencia que tienen los ciclos 
de mayor amplitud de un registro en relación a 
aquellos cuyos picos tienen valores menores. 
Esta especial preponderancia de los ciclos de 
mayor amplitud se debe a dos razones fundamen
tales: la ley de crecimiento, donde el incre
mento de longitud por ciclo depende de una 
potencia próxima a tres del rango de tensión 
aplicada; y el efecto de retardo producido por 
los ciclos de 9ran amplitud sobre los de menor 
valor del rango de tensiones, producido básica
mente por la aparición de tensiones residuales 
importantes al aplicar ciclos de gran amplitud. 

En este trabajo se hace un estudio de la 
variabilidad de la vida a fatiga en función del 
número de ciclos considerados representativos 
del proceso de carga, en procesos estaciona
rios. Esta distribución se analiza para dife
rentes formas de la densidad espectral de carga 
y para distintos niveles de carga. 

2. PROCEDIMIENTO DE ANALISIS 

Para estudiar el efecto de la longitud del 
registro sobre los resultados, se han hecho 
análisis de crecimiento con distintos registros 
generados a partir de una densidad espectral de 
tensiones definida. Estos análisis se han 
llevado a cabo empleando registros de muy 
diferente longitud, comprobándose la dispersión 
en los resultados para diversas longitudes de 
historias de carga, diferentes densidades 
espectrales y distintas longitudes de grieta. 
El proceso seguido se resume a continuación. 

Se han definido tres formas de funciones 
de densidad espectral (fdel: una, considerada 
de banda estrecha, con valor constante entre 5 
y 7.5 Hz (tipo 1>; otra, de banda más ancha con 
valor constante entre 5 y 40Hz <tipo 2>; y una 
tercera, con dos intervalos de frecuencia en 
los que la densidad espectral es constante y 
distinta de cero <tipo 3>. En este último caso, 
los valores de las frecuencias limites de estos 
intervalos son 5 y 40 Hz para el primer 
intervalo, y 50 y 70 Hz para el segundo, siendo 
el valor de la densidad espectral un tercio del 
correspondiente al primer intervalo. 

Con cada una de estas tres formas de fde 
se han definido diversas longitudes de registro 
comprendidas entre 10.000 y 250.000 ciclos. A 
su vez, para cada longitud definida se han 
generado distintas historias estacionarias de 
tensiones con la misma fde. El procedimiento de 
simulación de las historias ha sido mediante 
superposición de funciones senoidales de fre-
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cuencia y fase aleatoria con distribucion 
uniforme [12J. Del proceso simulado se obtiene 
un segundo, que solo contiene los picos y 
valles del mismo. La figura 1 muestra un 
ejemplo de registro y la fde correspondiente. 

100 fdtl!·¡ 
5 40 Hz 

~50 

~-~~ 
:E 

e:: 
-o o ..... 
tll 
e:: 
Q) 

¡;.. 

-50 
o 1 2 3 4 

Tiempo (Sg) 

Figura l. Historia de tensiones correspondiente 
a una fde constante entre 4 y 50 Hz. 

Cada uno de los registros generados se ha 
empleado en la simulación ciclo a ciclo del 
proceso de crecimiento de una grieta, repi
tiendo la historia cuantas veces sea necesario 
hasta alcanzar una longitud final definida. 

Existen numerosos modelos para el estudio 
del crecimiento de grieta considerando el efec
to de retardo. La mayoría de ellos pueden 
incluirse en uno de los grupos siguientes: los 
que hacen uso del cierre de grieta [13J; y los 
basados en el concepto de tensiones residuales 
en el borde [14-16]. El modelo empleado en este 
estudio corresponde al segundo grupo [15]. 
Básicamente es el modelo de Willemborg, inclu
yendo la posibilidad de aceleración debida a 
sobrecargas de compresión. 

La ecuación de crecimiento empleada es la 
modificada de Forman: 

& = e 
dN K -l!.K 

e ef 
( 1) 

donde Kc es el factor crítico de intensidad de 
tensiones, y Kef se define: 

siendo F un factor geométrico. Las definiciones 
de Smaxef, Sminef y Ref son las conocidas del 
modelo de Willemborg [16]. La aceleración 
producida por sobrecargas negativas se tiene en 
cuenta considerando valores negativos de las 
tensiones residuales. Se incluye el efecto del 
umbral de crecimiento haciendo que la grieta no 
crezca si ~Kef<.1Kth, siendo .6Kth el umbral. En 
la tabla 1 se indican los datos utilizados para 
la aplicación del modelo. Corresponden a la 
aleación de aluminio 2219-T851 [15]. 

TABLA l. Datos para aplicación del modelo. 

e = 4.626 10.., 
m 3.171 
Kc = 88 MPa {iii 
Kth= 3.3 MPa'iñi 
ay 345 MPa 
Ao 0.5 mm 
Af 5 mm 

3, RESULTADOS 

Parámetros del modelo 
A·= 1.0 
B = 2.3 
y = o.o 
2 = 0.5 

<tensión plana> 

[15] 

Antes de analizar el efecto de la longitud 
del registro en los resultados se ha comparado 
la dispersión de algunos parámetros estadísti
cos de los registros con la variación del 
incremento de longitud de grieta producido por 
cada una de las historias de carga. Para ello 
se han generado varios registros de dos 
longitudes distintas: 1250 y 5000 ciclos. Para 
cada uno de ellos se ha determinado el valor 
medio de los rangos de tensiones producidas, el 
de lo~ rangos de tensiones efectivas y el valor 
extremo (pico máximo del registro>. Igualmente, 
se ha determinado el incremento de longitud de 
grieta que produce cada historia de cargas, 
considerando una longitud inicial de lmm. 

En la figura 2 se presenta un resumen de 
algunos resultados obtenidos con registros de 
densidad espectral como la mostrada en dicha 
figura. En cada columna se presentan los 
valores obtenidos divididos por la media de los 
que se han producido en los registros conside
rados. La primera representa la variabilidad de 
los incrementos de longitud en cada historia de 
tensiones de 5000 ciclos. Las columnas segunda 
y tercera muestran la variabilidad de los 
rangos medios de tensiones por registro para 
los casos de 1250 y 5000 ciclos respectiva
mente. La cuarta, representa los valores 
extremos y las dos últimas los valores de las 
tensiones medias efectivas definidas como se 
indicó anteriormente. En los casos de valores 
extremos e incremento de longitud se represen
tan los resultados de 10 registros de carga, 
mientras que en el resto sólo es para cinco. 
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Figura 2. Dispersión de valores obtenidos con 
registros de 1250 y 5000 ciclos. 
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Puede apreciarse que mientras los rangos 
de tensiones medios prácticamente no varían de 
un caso a otro, incluso con 1250 ciclos, el 
resto de los parámetros tiene una variación 
importante. También puede verse que los valores 
extremos, causantes a fin de cuentas de los 
retardos en el crecimiento, tienen una varia
bilidad del mismo orden que los incrementos de 
longitud de grieta. 

Una indicación de la enorme importancia de 
las sobrecargas en el crecimiento se muestra en 
la figura 3. En la 3a aparecen representados 
cien ciclos de un registro de tensiones con 
densidad espectral igual a la de la figura l. 
En la 3b aparece el registro de tensiones 
efectivas, definidas como se ha indicado en la 
ecuación <1>, producidas por dicho registro. La 
longitud de grieta para el cálculo de estas 
tensiones efectivas fue 1mm. Puede comprobarse 
que solo un diez por ciento, aproximadamente, 
de los ciclos tiene amplitudes superiores la 
mitad de la máxima, y que el número de casos de 
tensión efectiva nula es superior al 50'l. del 
total. Ello quiere decir que más del 80'l. del 
crecimiento de la grieta está producido por 
menos del 10'l. de los ciclos de carga. 
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Figura 3. Regis;ro original de tensiones (3al y 
tensiones efectivas producidas (3bl. 
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Como resultado de esta dependencia de un 
pequeño porcentaje de ciclos se producen 
dispersiones importantes en la duración cuando 
se utilizan registros de longitud teóricamente 
grande. Un ejemplo de la dispersión se presenta 
en las figuras 4 y 5. En la 4, se muestra la 
evolución de la longitud de la grieta con el 
número de ciclos utilizando 50 registros 
distintos del tipo 2, con 10000 ciclos cada 
uno. En la figura 5 se presenta un histograma 
con la distribución de la vida obtenida con 200 
registros distintos, del mismo tipo y número de 
ciclos. Aunque el coeficiente de variación de 
la vida es solamente 0.063, dado el carácter no 
simétrico de la distribución, puede comprobarse 
que existe un amplio rango de valores entre los 
que oscilan los 200 puntos representados. Así, 
la banda de variación es un 43'l. del valor medio 
producido. Ello hace que el uso de un número de 
ciclos como el indicado sea insuficiente, aun 
cuando en la mayoría de los procesos estaciona
rios dicho número se considera suficiente para 
representar a estos. 
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Figura 4. Longitud de grieta-número de ciclos 
con 50 registros de 10000 ciclos. 
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Figura 5. Histograma de vida. 200 casos con 
registros tipo 2 de 10000 ciclos. 
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En cuanto al efecto de la longitud de las 
historias de carga sobre la vida, en la tabla 
II se muestran los coeficientes de variación y 
la media de la vida, obtenidos para cada grupo 
de simulaciones correspondientes a registros 
del mismo tipo y número de ciclos. Los valores 
de la densidad espectral para cada tipo de 
registro han sido 692, 55.5 y 125.9 MPa/Hz, 
para los tipos 1, 2 y 3, respectivamente. 

TABLA II. Coeficientes de variación y medias 
para cada grupo de registros. 

N .!QQQQ gQQQQ ~QQQQ .!QQQQQ 
I!QQ. 

1 (a/J!l 0.054 0.045 0.036 0.023 
(j!) 508.0 509.7 508.6 508.8 

2 0.063 0.054 0.033 0.021 
527.2 527.7 526.2 525.5 

3 0.048 0.042 0.024 0.014 
520.1 520.9 518.6 519.4 

Se puede comprobar como disminuye aprecia
blemente la dispersión de los resultados al 
incrementar el número de ciclos. En el caso de 
los registros tipo 2, por ejemplo, al incremen
tar el número de ciclos de 10000 a 40000 1 el 
coeficiente de variación se reduce a la mitad y 
el rango de variación de los resultados se 
divide prácticamente por tres. En este caso se 
han simulado también algunos procesos con 
registros de 250000 ciclos, obteniéndose un 
coeficiente de variación de 0.008. Ello indica 
que sigue disminuyendo apreciablemente la 
dispersión incluso con registros tan largos 
como los indicados. 

Para determinar el efecto del nivel de 
tensiones sobre la dispersión, se han hecho 
simulaciones con los mismos registros pero 
niveles de tensiones del orden del 80X de los 
anteriores. Para obtener aproximadamente las 
mismas duraciones del crecimiento se ha 
reducido la longitud final de la grieta a 1mm. 
Dada el tiempo necesario para estas simulacio
nes, solo se han pasado 25 casos con cada tipo 
de espectro, y solo con registros de 10000 
ciclos. Los coeficientes de variación obtenidos 
se reducen apreciablemente, como se puede ver 
en los resultados de la tabla III. 

TABLA III. Coeficientes de variación y medias 
para niveles de tensiones menores. 

Tipo .! g -ª 
N=10000 (U/j!) 0.029 0.033 0.026 

508.4 510.2 524.9 

4. CONCLUSIONES 

Es sabido que la selección del registro 
característico de los procesos de carga cuando 
esta es aleatoria es crítica para la obtención 
de resultados fiables. Los parámetros a 
considerar en la selección dependen del tipo de 
proceso de que se trate. Entre ellos es 

fundamental el nivel de las tensiones, la forma 
de combinación de las diferentes condiciones a 
que va a estar sometido el sistema, los niveles 
de tensiones que pueden eliminarse para hacer 
más rápido el cálculo o ensayo, etc. 

Entre estos parámetros se incluye también 
la longitud del registro, pero no se han hecho 
muchos estudios sobre el efecto de esta 
variable. En los resultados se ha podido 
comprobar la importancia que llega a tener la 
longitud del registro en la variabilidad de los 
resultados que se obtengan, y por tanto en la 
fiabilidad de estos. Se ha comprobado también 
que para una dispersión admisible en los 
resultados la longitud de registro necesaria 
depende también del nivel general de tensiones. 
Por ello, cuando se produzcan procesos de carga 
similares pero con diferentes niveles de 
tensiones es importante considerar estos 
distintos niveles y el nivel que cada uno tiene 
en la dispersión. 
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FATIGA DE ALUMINA BAJO CARGAS CICLICAS 

Sabadell, J.M.; Batlle, M.; Anglada, M. 

Departamento de Ciencia de los Materiales e Ingeniería Metalúrgica 
E.T.S. Ingenieros Industriales. Universidad Politécnica de Cataluña. 
Avda. Diagonal, 647. 08028-Barcelona 

Resumen.- Se ha investigado la existencia de fatiga mecam.ca en una alúmina de 
92% de pureza bajo la acción de cargas cíclicas de tracción-tracción y de compre
sión-compresión en probetas de flexión por tres puntos y en probetas de sección 
rectangular entalladas, respectivamente. En este último caso se ha medido el 
crecimiento de la grieta en función del número de ciclos y las superficies de 
fractura se han estudiado mediante microscopía electrónica de barrido. Los resul
tados obtenidos se discuten en el marco de un modelo ·propuesto recientemente 
por Suresh. 

Abstract.- The existence of mechanical fatigue has been studied in an alumina 
of 92% purity under cyclic loads in tension-tension and in compression-compression 
by using three point bend specimens and notched specimens of rectangular cross
section, respectively. In this latter case, the crack extension has been measured 
as a function of the number of cycles and the fracture surfaces have been studied 
by SEM. The results are discussed in terms of a model recently proposed by Suresh. 

l. INTRODUCCION 

En el campo de los materiales cerámicos, 
el término fatiga ha estado siempre asociado 
al fenómeno de propagación de grietas subcrí
ticas producido por la influencia del medio 
y la acción de una carga constante (fatiga 
estática), o bien, por la acción de una carga 
variable monotónica (fatiga dinámica) (1). 

La influencia de cargas fluctuantes sobre 
la propagación subcrítica de grietas, es 
decir, la fatiga mecánica típica de los mate
riales dúctiles, apenas ha sido estudiada 
en las cerámicas. La razón del poco interés 
despertado por este fenómeno entre los inves
gadores de este campo probablemente reside 
en que habitualmente se ha supuesto que este 
no puede ocurrir en los materiales frágiles 
debido a la inexistencia de una zona plástica 
alrededor de la punta de la grieta. En los 
pocos casos en que la propagación de la grieta 
bajo cargas cíclicas ha sido estudiada experi-

mentalmente (2-5), los resultados han sido 
interpretados en base a los mismos mecanismos 
que operan en el caso de la fatiga estática. 

Sin embargo, algunas experiencias recientes 
han puesto de manifiesto de forma clara la 
existencia de un fenómeno intrínseco de fatiga 
mecánica en algunas cerámicas ( 6-13). En este 
sentido cabe destacar el trabajo de Guiu (lO) 
en alúmina Deranox, en el cual se determinó 
que la velocidad de propagación de la grieta 
bajo cargas cíclicas de tracción-compre
sión (R=-1) es mucho mayor que la 
velocidad de propagac~on bajo una 
carga constante igual a la amplitud de la 
carga cíclica. Por otra parte, Dauskard et 
al (8) han demostrado de forma inequívoca 
que en la circona parcialmente estabilizada 
sometida a cargas cíclicas de tracción-tracción 
(R=O), la propagación subcrítica de la grieta 
tiene lugar para valores del factor de intensi-
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dad de tensiones bastante inferiores 
a los usuales en el caso de la fatiga estática, 
Además, la velocidad de propagación de la 
grieta en este material bajo cargas cíclicas 
es varios órdenes de magnitud superior a 
la correspondiente a la fatiga estática. 
Finalmente Ewart y Suresh (7) también han 
puesto de manifiesto la existencia de propa
gacl.on subcrítica de grietas en probetas 
de alúmina entalladas sometidas a esfuerzos 
de compresión-compresión (R=lO), aunque en 
este caso la grieta sólo crece distancias 
pequeñas. 

En el trabajo presente se ha estudiado el 
fenómeno de la fatiga mecánica poniendo de 
relieve la existencia de este fenómeno en 
una alúmina del 92% de pureza en vistas a 
averiguar si el fenómeno también ocurre en 
cerámicas de menor pureza y menor tenacidad 
que las cerámicas estudiadas hasta el presente. 

2. PROCEDIMIENTO EXPERIMENTAL 

El material estudiado ha sido alúmina poli
cristalina con un contenido de 92% de 
A~ 0:3 junto a distintas proporciones de MgO, 
CaO y Si02 que fue suministrada por Morgan 
Matroc. Las propiedades mecánicas determinadas 
por el fabricante son las siguientes: resis
tencia a la flexión, 268 Mpa; resistencia 
a la compres1.on, 2000 Mpa; densidad, 
3.63 g/cm ; dureza Vickers (lOO N), 11 Gpa. 
El tamaño medio del grano es igual a 20 ,11m. 

Los ensayos de fatiga fueron realizados en 
una máquina servohidráulica de fatiga operada 
en control de carga y aplicando una carga 
cíclica del tipo de onda triangular o sinu
soidal a frecuencias comprendidas entre 0.5 
y 10 Hz. Las probetas utilizadas fueron de 
dos geometrías distintas: probetas de flexión 
por tres puntos y probetas de sección rectan
gular entalladas de compresión. 

Las dimensiones de las probetas de flexión 
por tres puntos son las siguientes: longitud 
81 mm; espesor 7.8 mm; anchura 7.5 mm. 
Las dos caras paralelas en contacto con los 
puntos de apoyo fueron pulidas con pasta 
de diamante de varios tamaños de partícula. 
El pulido final se realizó con una pasta 
de dimante de 3 ,11m. En el centro de la super
ficie sometida a tracción se practicó una 
indentación mediante un durómetro con una 
punta de diamante del tipo Knoop aplicando 
cargas de 100 O 150 N durante 15 s. Con este 
procedimiento se pretende que el defecto 
a partir del cual se inicie la rotura sea 
precisamente la huella realizada, ya que 
en esta se generan microgrietas y tensiones 
residuales y está situada en el punto de 
la probeta donde las tracciones son máximas. 
Las dimensiones de la huella producida son 
de alrededor de 0.5 mm para la diagonal mayor 
y de O. 06 mm para la diagonal menor. La dia
gonal mayor está orientada perpendicular
mente al esfuerzo de tracción. 

La distancia entre puntos de apoyo del u ti
llaje utilizado fue de 62 mm. El cociente 

R entre la carga mínima y la carga max1.ma 
.aplicada en cada ciclo se mantuvo constante 
e igual a S. 

Los ensayos de fatiga de compresión-compresión 
se realizaron en probetas de sección rectan
gular con las siguientes dimensiones: altura, 
35-38 mm; anchura, 7.8 mm; espesor, 7.5 mm. 
Mediante un disco delgado de diamante se prac
ticó una entalla perpendicularmente al eje 
de compresión de aproximadamente 2 mm de pro
fundidad y O. 37 mm de anchura. El cociente 
entre los valores extremos de la carga apli
cada fue igual a 10 y los esfuerzos máximos 
aplicados estuvieron comprendidos entre 250 
y 350 Mpa. Durante el ensayo de fatiga se 
acopló un microscopio óptico a la máquina 
de fatiga con el fin de observar el creci
miento de la grieta. Las superficies de frac
tura, asi como la longitud final de la grieta 
fueron observadas en detalle mediante un 
microscopio electrónico de barrido. 

3. RESULTADOS 

3.1 Ensayos de flexión por tres puntos. 

Los ensayos realizados, a si como los resul
tados obtenidos, en probetas de flexión por 
tres puntos se indican en la Tabla I. Asimis
mo se muestran las cargas aplicadas en las 
indentaciones del tipo Knoop sobre la parte 
central de la superficie de la probeta some
tida a tracción para asegurar que el defecto 
dominante es el producido por dicha indentación 

Nótese que la probeta 8 fue ensayada a una 
frecuencia de 2.5 Hz, mientras que en los 
otros ensayos de fatiga la frecuencia aplicada 
fue siempre la misma e igual a O. 6 Hz. Puede 
observarse que el tiempo hasta la rotura de 
la probeta 8, 15012 s, es mucho menor que 
el correspondiente a la probeta 7, 148 OOOs, 
ensayada bajo las mismas condiciones pero 
a menor frecuencia. Esto indica que el tiempo 
durante el cual el material está sometido 
a la carga cíclica no es el factor que deter
mina la resistencia, sino que más bien es 
el número de ciclos de carga tal como ocurre 
en los metales. 

Por otra parte, puede apreciarse que la probeta 
3 fue sometida a una carga estática de 
500 N igual al valor máximo de la carga cíclica 
aplicada en las probetas 1,2 y 4, pero el 
tiempo a rotura de la probeta 3 (37 890 s) 
es bastante superior al correspondiente a 
las cargas cíclicas. 

Al comparar el tiempo a la rotura de las pro
betas ensayadas bajo cargas cíclicas de la 
misma amplitud, y con idéntica carga aplicada 
durante la indentación, se observa una fuerte 
dispersión en los resultados. Debido al limi
tado número de probetas ensayadas, no es posi
ble llegar a conclusiones definitivas sobre 
la existencia de un fenómeno intrínseco de 
fatiga mecan1.ca, aunque si existen muchos 
indicios derivados de los resultados descritos. 
Sin duda, una de las causas de la dispersíon 
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de resultados reside en que la posición de la 
indentación es crítica. Pequeñas desviaciones 
de esta de la zona central de la probeta donde 
la tensión es máxima pueden influir de forma 
notable en el valor de la tensión sobre la 
microgrieta producida por la indentación. 

La superficie de fractura de las probetas 
de flexión por tres puntos se muestran en 
la Fig. 1, donde puede observarse la zona 
semielíptica afectada por la indentación 
(Fig. l.a). Sin embargo, el aspecto de la 
superficie dentro (Fig l.b) y fuera (Fig l.c) 
es bastante similar, y no es posible detec
tar la zona en que la propagación se realizó 
de forma estable de la zona correspondiente 
a la rotura final. 

-
PROBETA P knooE(N) Pmáx (N) t (s) 

100 500 7900 

2 100 500 11240 

3 100 500(estática) 37.890 

4 100 500 3.900 

5 150 400 440. 000 (no rot . ) 

6 150 500 20.810 

7 150 450 148.000 

8 150 450 5.012 

-Tabla I. Resultados de los ensavos de flexión 
por tres puntos. 

3.2 Ensayos de fatiga bajo esfuerzos de 
comEresión-compresión. 

En la Tabla II se indican los resultados de 
los ensayos de fatiga bajo esfuerzos de com
presión-compresión, asi como los parámetros 
de los ensayos. Nótese que el máximo valor 
absoluto de los esfuerzos aplicados se halla 
siempre comprendido entre 250 y 350 Mpa, 
mientras que la resistencia a la compresión 
estática de la probeta no entallada es de 
2000 Mpa. 

La longitud de la entalla estuvo siempre com
prendida entre 1.9 y 2.8 mm. La extensión 
de la grieta fue medida desde el fondo de 
la entalla en las dos caras de la probeta 
(S y S) y en el interior de la misma una vez 
finalizado el ensayo mediante un corte reali
zado perpendicularmente a la superficie de 
la grieta. 

En la Fig. 2 se ha representado la extensión 
de la grieta en función del número de cielos 
en ambas caras de una probeta ensayada bajo 
un esfuerzo mínimo de compresión de -275 Mpa. 
Cuando el esfuerzo mínimo es mayor de 
-350 Mpa siempre se observó que la grieta 
se detuvo al cabo de un determinado número 

Fig l. 
tas de 
de la 
de la 
huella. 

a 

b 

e 

Superficie de fractura de las probe
flexión por tres puntos: a) Huella 
indentación; b) Superficie interior 

huella; e) Superficie exterior a la 

de ciclos. Sin embargo, en los ensayos reali
zados a esfuerzos iguales a -350 Mpa la grieta 
también se propago de forma estable durante 
los primeros miles de ciclos, pero en lugar 
de detenerse se propagó de forma inestable 
a lo largo de un plano paralelo a la dirección 
del esfuerzo aplicado. En los ensayos reali
zados se consideró como criterio de no pro
pagación de la grieta si la extensión de ésta 
era menor que 5 ,um (resolución del microscopio 
utilizado) durante lcf ciclos. 

Durante algunos ensayos la probeta fue perio
dicamente retirada de la máquina de ensayos 



148 VI ENCUENTRO DEL GRUPO ESPAÑOL DE FRACTURA 

Muestra ·amín (MPa) Np (103 ciclos) - á.a.C.mm) .. 4Ne(J 03 
cjc]os) ~o_.úJunl_ 

1 -300 1200 E 0.45 100 2.0 
I 0.22 

2 -350 42 F 2.2 

3 -350 60 F 2.3 

4 -300 200 E 0.96 30 2.8 
I 0.17 

5 -350 50 F 2.0 

6 -250 476 E 0.23 100 2.3 
I 0.10 

7 -275 120 E 0.26 2.0 
I 0.16 

8 -275 825 E 0.43 100 2.1 
E 0.19 

9 -250 120 E 0.34 10 1.9 
E O. 26 

Tabla II. Res11ltarlos de los ensayos de compres1on, donde N es el número de ciclos ensayados, 
a es el crecimiento de la grieta desde el fondo de la ent!hla, N son los ciclos del período 

entre cada operación de limpieza ultrasónica y a0 la profundidad inicial de la entalla. 
(E se refiere a la cara exterior, I a la zona del interior de la probeta) 

y limpiada por ultrasonidos para eliminar 
las partículas que se depositaron sobre la 
superficie de la grieta y pueden contribuir 
al cierre de la misma. Al continuar el ensayo 
se observó una mayor velocidad de propagación 
de la grieta lo cual queda reflejado en 
los resultados de la Tabla II. Por ejemplo, 
la probeta 8 fue limpiada por ultrasonidos 

0.5 

e 0.4 
E S • • 

il 0.3 
·¡: • 
en 

s' 0.2 • • 
g. 
o 
-' 0.1 

2 3 4 S 6 7 B 

ciclos (x105¡ 

Fíg 2. Crecimiento de la grieta en ambas caras 
de la probeta en función del número de ciclos. 

y la grieta no se detuvo hasta después de 
825 000 ciclos de carga. Por el contrario, 
en la probeta 7, la cual fue ensayada bajo 
las mismas condiciones pero no fue limpiada, 
la grieta se extendió menos y se detuvo al 
cabo de 120 000 ciclos. 

En la Fig. 3 se presentan micrografías corres
pondientes a la longitud de la grieta en 
la superficie de la probeta y en el interior 
de la misma. Puede observarse que en el 
interior la grieta se propaga distancias mu
cho menores que en la superficie. 

En las superficies de la grieta próximas a 
la punta de ésta se observan granos descohe
sionados principalmente en la parte central 
de la probeta (Fig. 4). En las micrografías 
correspondientes a la superficie de rotura 
(Fig. 5) aparecen claramente diferenciadas 
la zona correspondiente a la propagación esta
ble y la zona correspondiente a la zona ines
table. El frente de la grieta en el interior 
de la probeta es más bien recto. Examinando 
a mayores aumentos la zona de fatiga puede 
apreciarse que está formada principalmente 
por granos descohesionados. Por el contrario, 
en la superficie correspondiente a la rotura 
inestable se observa una rotura de tipo mixto, 
es decir, íntergranular y transgranular por 
clivaje. 
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a 

Fig 3. Micrografias de la extensi6n de la 
grieta en el exterior a), y en el interior 
b) de la probeta. 

Fig 4. Extremo de la grieta crecida por fatiga. 
Obsérvese la textura intergranular. 

4. DISCUSION 

Los resultados presentados en el apartado 
anterior ponen claramente de manifiesto la 
existencia de un fen6meno de fatiga mecánica 
en el caso de las probetas ensayadas bajo 
esfuerzos cíclicos de compresi6n. En los ensa
yos bajo esfuerzos cíclicos de tracci6n en 
probetas de flexi6n por tres puntos se han 
mostrado indicios de la existencia de fatiga 
mecánica. Sin embargo, los resultados no son 
tan claros como en el caso anterior. 

La propagac1on de la grieta en t'lodo I bajo 
una carga cíclica de compresi6n presenta carac
terísticas similares a la propagaci6n de la 

a 

b 

e 

Fig S. Superficie de rotura: a) As pe e to 
general de las tres zonas: entalla-fatiga
rotura inestable; b) superficie de rotura 
por fatiga; e) Superficie de rotura inestable. 

grieta en los metales bajo el mismo tipo de 
esfuerzos (7), aunque es obvio que los meca
nismos operativos en cada caso deben ser 
completamente distintos debido a la natura
leza diferente de los metales y los cerámicos. 
En particular, en el caso de los cerámicos 
no se produce macroplasticidad en el extremo 
de la grieta, la cual es imprescindible para 
explicar el origen de los esfuerzos residuales 
de tracci6n responsables de la propagaci6n 
subcrí tic a de la grieta en los metales some
tidos a esfuerzos cíclicos de compresi6n. 
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Intuitivamente podría pensarse que el efecto 
de cufia producido por las partículas despren
didas y atrapadas entre las superficies de 
la grieta podría originar la propagación en 
Modo I bajo cargas cíclicas de compresión. 
Sin embargo, esta idea debe descartarse ya 
que la limpieza de la grieta por ultrasonidos 
produce un aumento en la velocidad de propa
gación, contrariamente a lo que cabría esperar 
del mecanismo anterior. 

Los únicos trabajos publicados hasta el pre
sente sobre fatiga de cerámicas bajo esfuerzos 
cíclicos de compresión son los realizados 
por el grupo de Suresh (7,9,11,12), quien 
ha ofrecido algunas de las ideas fundamentales 
de cara a la interpretación del fenómeno basa
das en una amplia experiencia en el estudio 
de la propagación de grietas por fatiga en 
los metales sometidos a cargas cíclicas de 
compresión. 

La idea básica propuesta por Ewart y Suresh 
( 7) es que la aplicación de un esfuerzo de 
compresión en una ceram1ca policristalina 
induce microgrietas intergranulares en la 
zona adyacente a la punta de la entalla. 
El esfuerzo local en esta región es muy alto 
debido a que al esfuerzo nominal hay que 
sumarle el producido por la presencia de la 
entalla y los esfuerzos residuales originados 
durante el enfriamiento debido a la anisotropia 
de las contracciones entre granos vecinos. 
Las superficies de las microgrietas pueden 
deslizar una respecto a la otra de forma 
irreversible durante la aplicación de la 
carga de compresión. Por consiguiente, durante 
la descarga en el proceso de fatiga es posible 
que una fracción de las microgrietas formadas 
permanezcan parcialmente abiertas. Este hecho 
producirá una disminución en el módulo elástico 
de la zona de material prox1ma al extremo 
de la grieta. La diferencia entre la rigidez 
del material de esta zona y la circundante 
puede inducir esfuerzos de tracción durante 
la descarga de la carga máxima de compresión 
dentro de una distancia del extremo de la 
grieta del orden del tamafio de la zona. Esta 
tensión residual es la fuerza motriz para 
la propagación de la grieta tal como ocurre 
en los metales, aunque su origen es distinto. 

El avance de la grieta se produce por la 
coalescencia de las microgrietas. Estas estarán 
orientadas formando distintos ángulos con 
la dirección del esfuerzo de compresión de 
forma que sobre sus caras existirá una compo
nente de cizalladura que producirá el desli
zamiento de las caras de las microgrietas. 
Este mecanismo ha sido estudiado por 
Nemat-Nasser (14) quien ha demostrado que 
para una grieta orientada de forma conveniente 
se induce en su extremo un factor de intensidad 
de tensiones de Modo I que hace cambiar la 
dirección de la microgrieta un ángulo igual 
a 0.4n respecto a la dirección inicial. 

A medida que la grieta avanza por la coales-
cencia de microgrietas intergranulares se 
desprenderán partículas, las cuales provocan 
un efecto de cierre de la grieta y disminuyen 

su crecimiento hasta que la grieta se detiene. 

El hecho de que la extensión de la grieta 
en la superficie de la probeta sea distinta 
que en su interior puede atribuirse a: 
i) en la superficie las partículas despren
didas pueden caerse con mayor facilidad que 
en el interior y, por lo tanto, el efecto 
de cierre de la grieta es menor; ii) en t§r
minos macroscópicos el estado triaxial de 
compresión existente en el interior de la 
probeta aumenta la resistencia a la com
presión con respecto a la superficie. 

Las micrografías de la superficie de rotura 
por fatiga ponen claramente de manifiesto 
una rotura intergranular de acuerdo a las 
ideas expuestas anteriormente sobre el meca
nismo de propagación. 

En el caso de las probetas de flexión por 
tres puntos con una indentación de tipo Knoop, 
la extensión de la grieta es necesariamente 
pequefia ya que rápidamente alcanza su valor 
crítico. Por otra parte, al comienzo de la 
propagación debe considerarse que además de 
la tensión aplicada existen esfuerzos resi
duales de tracción producidos por la inden
tación que se suman a la tensión aplicada. 
Una vez la grieta se ha propagado unas dis
tancias pequefias el efecto de las tensiones 
residuales de la indentación desaparece. Por 
consiguiente, la deformación cíclica de la 
probeta ofrece un m§todo para la determi
nación de Kic que posee la ventaja de no estar 
afectado por las tensiones residuales origi
nadas por la indentación. Por ejemplo, el 
factor de intensidad de tensiones correspon
diente a una grieta superficial semielíptica 
viene dado por 

donde a es la profundidad de la grieta, Q 
es el factor de forma y M un factor num§rico 
de correcc1on que depende de la geometría 
de la grieta y de la probeta. Aplicando esta 
expresión para a igual a la tensión de rotura 
( at= 97 ~1pa), los valores de a y 2c medidos 
de la microfotografía de la Fig 1.a, (a=0.32 
mm, 2c= O. 82 mm) y el valor de Q y ~1 corres
pondiente a a/2c = O. 39, obtenemos un valor 
de K1 = 2. SO Npa Vm , el cual está en el 
interv~lo de Kic medido en la alúmina. 

En estudios posteriores será necesario estudiar 
con más detalle la variación de la velocidad 
de propagación de la grieta bajo esfuerzos 
cíclicos de compresión con el valor de R, la 
frecuencia, la temperatura y la microestructura 
Esta información será de gran utilidad para 
caracterizar completamente el comportamiento 
macroscópico, asi como para determinar con 
mayor precisión los mecanismos operativos a 
nivel microscópico. 

Finalmente, debe sefialarse que la propagación 
estable de la grieta bajo esfuerzos cíclicos 
de compres1on podría utilizarse para generar 
la grieta en los ensayos para la determinación 
de Kic en cerámicas. 
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FATIGA OLIGOCICLICA DEL ACERO Fe-28Cr-2Mo-4Ni DESCOMPUESTO ESPINODALMENTE 

Anglada, M., Iturgoyen, L., Isalgué: A., 

Departamento de Ciencia de los Materiales e Ingeniería Metalúrgica. 
*Departamento de Física Aplicada. 
Universidad Politécnica de Cataluña. 
Avda. Diagonal, 647. 08028-Barcelona. 

Resumen.- En el presente trabajo se ha estudiado el comportamiento a fatiga de la 
aleación Fe-28Cr-2Mo-4Ni estabilizada con Nb y envejecida a 475 2C, Por medio 
de experimentos de difusión de neutrones a ángulos pequeños de las probetas 
fatigadas en el régimen de la oligofatiga, se ha pwesto de manifiesto que la 
deformación cíclica produce una reducción en la amplitud de las ondas de concen
tración. Para una deformación acumulada constante, la reducción en las fluctua
ciones de concentración es mayor cuanto mayor es la amplitud de deformación 
plástica. Estas observaciones se analizan en términos de la irreversibilidad 
del movimiento de las dislocaciones. 

Abstract.- In this paper we ha ve studied the fatigue behaviour of the Fe-28Cr-
2Mo-4Ni alloy which has been estabilized with Nb and aged at 475 ºC. The fatigued 
specimens have been studied by small angle neutron scattering and it has been 
shown that cyclic deformation produces a reduction in the amplitude of the con
centration waves. At a constant cumula ti ve plastic strain, the reduction in 
the amplitude of the composition waves increases as the plastic strain amplitude 
increases. These observations are discussed in terms of the irreversibility 
of the dislocation glide. 

l. INTRODUCCION 

Las aleaciones Fe-Cr y los aceros inoxidables 
ferríticos se fragilizan al ser expuestos 
a temperaturas cercanas a 475 2 C. El origen 
de esta fragilización ha sido desconocido 
durante mucho tiempo, pero actualmente se 
sabe que está relacionado con la descomposi
ción espinodal de estas aleaciones en zonas 
ricas en Cr. En las etapas iniciales del 
envejecimiento a 475 2 C, la energía absorbida 
en el impacto en el ensayo de resiliencia 
se reduce drásticamente aunque las restantes 
propiedades mecánicas se alteran en menor 
proporción. 

En las etapas iniciales de la descomposición 
espinodal en el sistema Fe-Cr es muy difícil 
detectar cambios micro-estructurales mediante 
las técnicas usuales de difracción de rayos 
X y microscopía electrónica de transmisión. 
Esto es debido a que los átomos de Cr tienen 
un poder dispersor de los rayos X muy similar 

al de los átomos de Fe y, además, el diámetro 
atómico de ambos elementos también es muy 
similar de manera que las tensiones de cohe
rencia en la zona de la interfacie entre 
la matriz y las zonas ricas en Cr son débiles. 
Por tanto, para detectar las etapas iniciales 
de la descomposición en el sistema Fe-Cr 
es necesario recurrir a técnicas más específi
cas tales como espectroscopia Mosbauer (1), 
difusión de neutrones a ángulos pequeños 
(2), o bien, sonda atómica acoplada a un 
microscopio iónico de campo. 

Los detalles del mecanismo responsable del 
aumento en el límite elástico de los aceros 
descompuestos espinodalmente no son bien 
conocidos, especialmente en las aleaciones 
b.c.c. de las cuales existen pocos resultados 
experimentales que puedan compararse con 
las teorías existentes (4). 

Por otro lado, el estudio de la fatiga de 
aleaciones descompuestas espinodalmente no 
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ha recibido mucha atención a pesar de que 
en principio, del hecho de que las zonas estén 
distribuidas de forma más homogénea que en 
en el caso de aleaciones endurecidas por preci
pitación, podría esperarse una mejor resisten
cia a la fatiga. 

La mayor parte de ios estudios de fatiga de 
aleaciones descompuestas espinodalmente se 
han realizado en aleaciones f.c.c., con distin
tos resultados según la aleación estudiada. 
En las aleaciones Cu-Ni-Fe (5) y Cu-Ni-Cr 
(6) descompuestas espinodalmente, la resisten
cia a la fatiga aumenta con el número de ciclos 
mientras que en las aleaciones Cu-Ti (7) y 
Cu-Ni-Sn (8) la resistencia a la fatiga oligo
cíclica disminuye en las aleaciones descompues
tas espinGdalmente. 

El comportamiento a fatiga de las aleaciones 
b.c.c. descompuestas espinodalmente ha sido 
muy poco investigado. Franson (9) encontró 
que en la aleación Fe-26Cr-1Mo, la resistencia 
a la fatiga de alto número de ciclos de la 
aleación descompuesta espinodalmente es supe
rior a la de la aleación no envejecida, aunque 
en el caso de la fatiga oligocíclica el compor
tamiento observado f11é el opuesto. Park et 
al (10) estudiaron en detalle la evolución 
de la mi croestructura es pi nodal en esta misma 
aleación en el régimen de oligofatiga ~ediante 
difusión de neutrones a ángulos pequeños. 
El principal resultado fué poner de relieve que 
la amplitud de las ondas de concentración 
de Cr producidas durante la descomposición 
disminuye con el número de ciclos. 

En el presente trabajo se ha estudiado el 
comportamiento a fatiga de la aleación Fe-
28Cr-2Mo-4Ni estabilizada con niobio y descom
puesta espinodalmente por envejecimiento a 
475 ºC. Los cambios en la estructura que tienen 
lugar durante la deformación cíclica se han 
analizado mediante difusión de neutrones a 
ángulos pequeños. El principal resultado ha 
sido poner de relieve que la reducción en 
la amplitud de las ondas de concentración 
producida por la deformación cíclica aumenta 
con la amplitud de deformación plástica para 
una deformación acumulada constante. 

2. PROCEDHUENTO EXPERIMENTAL 

El acero estudiado fué donado por Thyssen 
y fué suministrado en forma de planchas de 
11 mm de espesor en estado recocido. La compo
sición especificada por el productor en tanto 
por ciento en peso es la siguiente: Cr, 28.7 ; 
Mo, 2.40; Ni, 3.88; C, 0.005; N, 0.04; P, 
0.019; Mn, 0.28; Si, 0.36; Nb, 0.43; resto, 
Fe. 

Las probetas longitudinales de fatiga fueron 
mecanizadas con una sección rectangular de 
12x8 mm y con una longitud de prueba de 25 
mm. Todas las probetas fueron mantenidas a 
1050 ºC durante 15 minutos para homogeneizar 
la aleación. Posteriormente fueron templadas 
en agua para evitar la precipitación de fases 
intermetálicas y el inicio de la descomposición 

espinodal durante el enfriamiento. A continua
ción fueron envejecidas a 475 ºC durante tiem
pos distintos. Finalmente, las superficies 
fueron pulidas para eliminar una pequeña capa 
de óxido hasta alcanzar un aspecto especular. 
El tamaño promedio del grano fué de 80 p. m. 

Las muestras utilizadas para los experimentos 
de difusión de neutrones a ángulos pequeños 
fueron mecanizadas en forma de placas cuadradas 
de 1 O mm de lado y alrededor de l. 5 mm de 
espesor, las cuales fueron desbastadas y puli
das hasta alcanzar un aspecto especular. 

Los experimentos de difusión de neutrones 
fueron llevados a cabo en el Instituto Laue
Langevin de Grenoble. La longitud de onda 
utilizada fué de 12.0 A para evitar las compli
caciones originadas por difracción múltiple 
de Bragg. Todos los experimentos fueron reali
zados a temperatura ambiente. Las intensidades 
difundidas fueron convertidas en unidades 
absolutas por comparación con la intensidad 
difundida por una muestra patrón de vanadio. 

La intensidad total difundida tiene una compo
nente magnética y una componente nuclear. 
Puesto que la historia termomecánica de las 
muestras puede influenciar la componente magné
tica, los experimentos fueron realizados bajo 
un campo magnético de 5 kOe, para que la con
tribución magnética fuera la misma en todas 
las muestras estudiadas (11). 

Los ensayos de fatiga fueron realizados a 
tracción-compresión en una máquina servohidráu
lica de fatiga a temperatura ambiente y a 
una velocidad de deformación de 6. Ox1o-3 s·l 
utilizando una onda triangular. La mayoría 
de los ensayos fueron llevados a cabo bajo 
control de deformación, la cual fué medida 
mediante un extensómetro acoplado a la probeta. 
La amplitud de la deformación total fué variada 
manualmente en cada ciclo para obtener una 
amplitud de deformación plástica constante, 
es decir, una anchura constante del ciclo 
de histéresis. Algunos ensayos correspondientes 
al régimen de fatiga de alto número de ciclos 
se realizaron bajo control de carga ya que 
la deformación plástica era apenas medible. 

3. RESULTADOS Y DISCUSION 

El material envejecido se deformó parcialmente 
por maclado tal como ha sido descrito en otro 
lugar (12). En la Fig.1 pueden observarse 
maclas en una secclon de las probetas de fatiga 
que ha sido atacada mediante un reactivo ade
cuado. Durante la deformación por maclado 
se produjeron los sonidos característicos 
que normalmente acompañan a este modo de defor
mación. 

La influencia del envejecimiento sobre las 
propiedades mecánicas es especialmente notable 
en el caso de la tenacidad a la fractura. 
Esto se ha puesto en evidencia tanto mediante 
la medida de la energía absorbida en el ensayo 
de resiliencia (13) como en la medida de la 
tenacidad a la fractura por medio de los ensa~ 
yos normalizados de la ASTM (14). Debido a que 
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Fig.l. Maclas en una secc1on atacada de las 
probetas fatigadas. 

el material utilizado no se fabrica en espeso
res grandes, para la determinación de la tena
cidad a la fractura fué necesario utilizar 
el método de la integral J en el caso del 
acero envejecido durante tiempos cortos. En 
el caso del acero envejecido durante más de 
7 horas, el espesor de las probetas ( 10 mm) 
fué suficiente para satisfacer las condiciones 
establecidas en la norma ASTM E-399 para asegu
rar condiciones de deformaciones planas. Sin 
embargo, el método de la integral J solamente 
pudo empezarse a aplicar después de alrededor 
de 0.5 horas de envejecimiento, ya que incluso 
el método de la integral J proporcionó resulta
dos no válidos en el material no envejecido. 

Ya sea por uno u otro método, los valores 
determinados de la tenacidad a la fractura 
variaron entre 130 ~1Pa vrn después de O. 5 horas 
de envejecimiento a alrededor de 37 MPa ~ 
para tiempos de envejecimiento superiores 
a 7 horas. 

Esta variación en la tenacidad se refleja 
claramente tanto en las superficies de fractura 
de fatiga como en las correspondientes a la 
carga estática. En el caso de la carga estátic~ 
la superficie de fractura del material no 
envejecido está formada por las microcavidades 
típicas de la fractura dúctil mientras que 
después de un tiempo de envejecimiento de 
solamente 7 horas a 475 ºC, la superficie 
está formada exclusivamente por facies de 
clivaje (Fig.2). 

En el caso de la superficie de fractura genera
da por fatiga, en el material recocido aparecen 
las estrías características de la propagación 
de la grieta en el estadio II de la propagación, 
es decir, en la región en que se cumple la 
ecuación de París. Sin embargo, en el caso 
del material envejecido, la propagación de 
la grieta tiene lugar por un mecanismo de 
nucleación y coalescencia de microgrietas 
que se forman delante de la grieta principal. 
En la superficie de fractura se observa clivaje 
junto con algunas zonas con estrías. Para 
cargas elevadas, se aprecia la presencia de 
una mayor proporc1on de facies de clivaje 
que de estrías (Fig.3). 

a 

F;g.2. Superficies de fractura de probetas de 
flexión por tres puntos: a) acero reco
cido; b) acero envejecido 7 h a 475 ºC. 

a 

Fig.3. Superficie de fractura a fatiga de: a)a
cero recocido; b) acero envejecido 7 h a 
475 ºC. 
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Incluso después de 50 horas de envejecimiento 
a 475 ac, no fué posible detectar cambios 
en la microestructura mediante microscopía 
electrónica de transmisión de láminas delgadas. 
Sin embargo, los experimentos de difusión 
de neutrones a ángulos pequeños de muestras 
envejecidas (Fig.4) ponen de relieve la exis
tencia de un máximo en el valor de la intensidad 
cuya altura aumenta con el tiempo de envej eci
miento tal como cabría esperar de una transfor
mación espinodal, puesto que la amplitud de 
la fluctuación de concentración, la cual es 
proporcional al máximo de intensidad, aumenta 
con el tiempo de envejecimiento. 

Las curvas de endurecimiento cíclico del acero 
envejecido, se presentan en las Figs. 5 y 
6 para amplitudes de deformación plástica 
del 0.1% y del 0.5%. Nótese que durante los 
primeros ciclos se produce endurecimiento 
seguido de ablandamiento durante un gran 
número de ciclos hasta la rotura, o bien, 
hasta alcanzar un valor constante de la ten
sión. 
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Fig.4. Influencia del tiempo de envejecimiento 
sobre el máximo de intensidad. 

Durante los primeros 15 ciclos se produjo 
deformación por maclado lo cual hizo difícil 
el control de la deformación plástica debido 
a las caídas de carga asociadas al maclado(12). 

Los resultados de los experimentos de difusión 
de neutrones realizados en muestras extraídas 
de las probetas fatigadas (Figs. 7 y 8) ponen 
de relieve que la deformación cíclica induce 
una disminución en la altura del máximo de 
intensidad . Esta reducción es mayor cuanto 
mayor es la amplitud de la deformación plástica 
tal como puede apreciarse en la Fig. 7 , compa
rando los resultados de la probeta deformada 
a una amplitud plástica del 0.5% con los co
rrespondientes a la probeta deformada a una 
amplitud del 0.1% a pesar de que la deformación 
plástica acumulada ( E ( cum)=4N E p , donde Ep es 
la amplitud de deformación plastica y N el 
número de ciclos) es mayor en el caso de la 
probeta deformada a menor amplitud. 

800 CT'/HPa 

100 

600 

: 

101 1 o2 

N/ CICLOS 

Fig.S. Curvas de endurecimiento para una EP =0.5%. 

tT/HPa 

600 

500 

= 

N/CICLOS 

Fig.6. Curvas de endurecimiento ( Ep 0.1%). 

En el caso de las probetas envejecidas 4 horas 
también se produce el mismo fenómeno (Fig .8 ) 
aunque es menos acusado. 

El endurecimiento producido por el envejecimien
to está relacionado a la formación de zonas 
ricas en Cr, probablemente debido a las tensio
nes de coherencia producidas entre la matriz y 
las zonas originadas por la diferencia entre 
los tamaños de los átomos de Cr y Fe, a pesar 
de que ésta es pequeña. Por otra parte, el 
ablandamiento observado durante la deformación 
cíclica puede interpretarse en términos de 
la reducción en la intensidad correspondiente 
a la altura del pico ya que ésta es proporcional 
a la amplitud de las fluctuaciones de concentra
C1on. Esta disminución es provocada por la 
irreversibilidad del movimiento de las disloca
ciones. Así, en el ciclo de compresión las 
dislocaciones, en general, no retroceden sobre 
el mismo plano de deslizamiento sobre el cual 
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Fig.7 Influencia de la amplitud de deformación 
sobre el máximo de intensidad en el ace
ro envejecido 22 h a 475 2 C. 

se han movido en el ciclo de tracción. Esto 
se debe a que las dislocaciones encuentran 
obstáculos en su camino que pueden atraparlas 
o desviarlas de su plano de deslizamiento 
hacia otro plano. Además, en los metales b.c.c. 
el plano de deslizamiento a tracción y el 
plano de deslizamiento a compresión, en gene
ral son distintos (asimetría del deslizamiento) 
Sin embargo, el movimiento de las dislocaciones 
no será completamente irreversible debido 
a que éste tenderá localizarse en determinadas 
zonas. Es decir, al ser cortada una zona por 
las dislocaciones, la amplitud de concentración 
en ésta disminuye y, por consiguiente, 
la resistencia al deslizamiento disminuye 
y se favorece el paso de otras dislocaciones 
por las zonas cizalladas. 

El hecho de que para una deformación acumulada 
fija, la reducción en la amplitud de las ondas 
de concentración sea mayor cuanto mayor es 
la amplitud de deformación, puede explicarse 
en términos de la irreversibilidad del movi
miento de las dislocaciones. Por una parte, 
cuanto mayor es la deformación, mayor es la 
distancia que por término medio tiene que 
moverse cada dislocaciónen cada semiciclo. 
Por consiguiente, mayor es la probabilidad 
de que sea atrapada o desviada de su plano 
de deslizamiento inicial, suponiendo que la 
densidad y configuración de las dislocaciones 
sea la misma a las diferentes amplitudes de 
deformación. Sin embargo, a mayor amplitud, 
mayor es la densidad de dislocaciones inmóvi
les dentro del material y, en consecuencia, 
menor es el recorrido libre medio de la dislo
cación. Por otra parte, la asimetría en eL des
'!,izamiento también puede desempeñar un papel 
importante en la irreversibilidad. Es bien 
conocido (15-17) que la asimetría del desliza
miento produce cambios de forma espectaculares 
en los monocristales b.c.c. deformados a 
tracción-compresión, los cuales también han 
sido observados en monocristales de aleaciones 
substitucionales de la familia de las estudia
das en el trabajo presente (18). 
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Fig.8. Influencia de la amplitud de deformación 
sobre el máximo de intensidad del acero 
envejecido 4 h a 475 ºC. 

La asimetría del deslizamiento es mayor a 
amplitudes de deformación grandes puesto que 
a estas amplitudes de deformación la contribu
ción relativa de las dislocaciones helicoidales 
es mayor debido a la menor movilidad de estas 
respecto a las dislocaciones de borde en el 
régimen de bajas temperaturas de los metales 
b.c.c. 

4. AGRADECIMIENTOS 

Los autores desean expresar su gratitud a 
la CAICYT por la subvención recibida a través 
del proyecto No. 2696/83. 

5. BIBLIOGRAFIA 

(1). Saloman, H.D. y Levinson, L.M. (1978),Ac
ta Metal!. , 26, 429 

(2). Furusaka, M., Ishikawa, ~ .• Yamaguchi, S. 
Fujino, Y., (1983), Physica, 120B, 383. 

(3). Sassen, J.M., Hetherington, M.G., Godfrey, 
T.J., Smith, G.D.W., Pumphey, P.H. y 
Akhurst, K. N. , ( 1987), MPC/ ASME Pressure 
Vessel and Piping Di vision, ASME Winter 
Annual Meeting, Bastan, Diciembre, 1987. 

(4). Ardell, A.J., Met. Trans., (1985), 16A, 
2131. 

(5). Ham, R.K., Krikaldy, J.S. y Plewes, J.T., 
(1967), Acta Metal!., ]2, 861. 

(6). Sinning, H.R., (1982),Acta Metall.,30, 1019. 

(7). Sinning, H.R., (1982), Mater. Sci. Engng, 
55, 247. 

(8). Quin, M.P., Schwartz, L.H., (1982), Mater. 
Sci. Engng, 54, 121. 

(9). Fransqn, I.A., (1974), Met. Trans., 2_, 



VI ENCUENTRO DEL GRUPO ESPAÑOL DE FRACTURA 

(10). Park, K.J., LaSalle, J.C., y Schwartz, L. 
H., (1985), Acta Metall., 33, 205. 

( 11 ) . Isalgué, A. , Rodríguez, J. , de Geyer, 
A. y Anglada, M., (1989), enviado a 

(12). Anglada, M., Nasarre, M. y Planell, 
J. A. (1987), Scripta Met., 11. 931. 

(13). Anglada, M., Nasarre, M., y Planell, 
J .. ,(1987), Jornadas Ibéricas de Fractu
ra, Braga (Portugal), en prensa. 

(14). Anglada, M., (1988), III Congreso Nacio
nal de Tratamientos Térmicos, Madrid. 

(15). Christian, J.W., (1983), Met. Trans. A, 
14A, 1237. 

(16). Mughrabi, H., y WÜthrich, (1976), Philos 
Mag., 33, 963. 

(17). Anglada, M. y Guiu, F., (1981), Philos. 
Mag. A, 44, 499. 

(18). Magnin, T. y Driver, J.H., (1979), Mat. 
Sci. Engng, 39, 175. 

157 



158 VI ENCUENTRO DEL GRUPO ESPAÑOL DE FRACTURA 

PROPAGACION Y CIERRE POR FATIGA DE UNA MICROFISURA 
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Llorca , J. y Sánchez Gálvez, V. 

Departamento de Ciencia de Materiales 
Universidad Politécnica de Madrid 
E.T.S. Ingenieros de Caminos. Ciudad Universitaria. 28040- MADRID. 

Resumen.- En los últimos años se ha realizado un gran esfuerzo para explicar el 
comportamiento anómalo de las microfisuras que se propagan por fatiga. La propagación 
para amplitudes del factor de intensidad de tensiones inferiores al umbral y la disminución 
de la velocidad al crecer la fisura se han explicado en base al cierre de la fisura producido 
por la rugosidad de las superficies de fractura (CFRS). Para estudiar en detalle este 
fenómeno, se ha modelizado la propagación de una microfisura superficial rugosa en una 
probeta de flexión en cuatro puntos mediante un programa de diferencias finitas. Las 
cargas de apertura y cierre de la fisura obtenidas mediante el cálculo se contrastan con los 
resultados experimentales, permitiendo concluir que el CFRS puede producir la detención 
de una microfisura que se propaga por fatiga, ya que la carga de apertura de la microfisura 
se aproxima al 90% de la carga máxima en cada ciclo. Se estudian los mecanismos que 
producen el CFRS y se comparan con los que producen el cierre de la fisura por 
plasticidad. (CFP) 

Abstract. During the last years, a large effort has been performed to explain fatigue short 
cracks behaviour: short cracks propagate with stress intensity factor amplitudes below 
long cracks threshold and crack growth rate often decreases when crack growths. These 
results have been explaned taking into account roughness-induced fatigue crack closure. 
To analyze deeply this phenomenon, the fatigue propagation of a roughness short crack 
has been modelled by means of a finite difference program. Opening and closure crack 
loads have been compared with experimental results. The main conclusion is that 
roughness-induced fatigue crack closure may stop crack propagation because opening 
load is very clase to 90 % of the maximum load in each cycle. Mechanisms that promote 
roughness-induced crack closure are studied and compared with plasticity-induced 
closure. 

l. INTRODUCCION 

La mayor parte de la vida de un elemento estructural 
sometido a fatiga se emplea en la propagación de una 
microfisura. Hace una década se descubrió que las 
microfisuras presentaban comportamientos anómalos 
si se las comparaba con las fisuras largas: se 
propagaban para amplitudes del factor de intensidad 
de tensiones inferiores al umbral y la velocidad de 
propagación disminuía al aumentar su longitud. Las 
investigaciones realizadas [1-2] distinguen entre dos 
tipos de microfisuras: las "mecánicamente cortas", en 
las que el tamaño de la zona plástica es comparable a 

la microfisura y las "microestructuralmente cortas", 
con dimensión semejante a la microestructura del 
material. Frecuentemente se ha observado, en 
microfisuras que tienen una longitud igual a varias 
veces el tamaño de grano y para cargas cercanas al 
límite de fatiga, que la propagación se realiza en cada 
grano en un plano diferente. Se genera una superficie 
rugosa y durante la descarga se produce un contacto 
prematuro entre los labios de la fisura, permaneciendo 
cerrada la mayor parte del ciclo y pidiendo llegar a 
detenerse el crecimiento. 
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Para estimar la carga de apertura (Pop) y cierre (Pcl) 
de la microfisura cuando se produce CFRS sólo 
existe un modelo, desarrollado por Suresh [3], que 
parte de la forma de las superficies de fractura y de la 
relación entre los desplazamientos paralelos al eje de 
la fisura y los perpendiculares al mismo. Como esta 
relación es difícil de evaluar en una fisura rugosa, la 
aplicación del modelo en la práctica ha sido escasa. 
En este artículo se presenta otra vía para determinar 
Pop y Pcl, utilizando un programa de diferencias 
finitas de propósito general [4] en el que se han 
realizado ligeras modificacines para poder modelizar 
la propagación de una fisura. Los resultados del 
cálculo se han comparado con los valores 
experimentales de Pop y Pcl y se han utilizado para 
estudiar los mecanismos de CFRS. 

2.ANALISIS DEL CIERRE DE LA FISURA 
MEDIAN1E DIFERENCIAS FINITAS. 

El cierre de la fisura debido a la plasticidad se ha 
estudiado utilizando programas de elementos finitos 
con esquemas de integración implícitos. Blom [5] ha 
realizado un buen resumen de los resultados 
obtenidos. Todos los programas empleados incluyen 
complicados algoritmos específicos para propagar la 
fisura y resolver el problema del contacto entre las 
superficies de fractura cuando se cierra la fisura. La 
rigidez de los esquemas implícitos para modificar la 
topología de la malla ha impedido que se desarrollen 
algoritmos para analizar el CFRS donde los 
problemas de contacto son más importantes. 
Recientemente, los autores han demostrado que los 
programas de cálculo basados en el método de las 
diferencias finitas y esquemas de solución explícitos 
permiten modelizar con sencillez el CFP. No se 
necesitan procedimientos sofisticados para simular la 
propagación de la fisura y resolver los problemas de 
contacto [6]. 

Para el análisis del CFRS sólo ha sido necesario 
realizar ligeras modificaciones en el programa de 
diferencias finitas. La geometría a estudiar se 
discretiza mediante elementos triangulares en el 
interior de los cuales la deformación es constante. La 
masa de los elementos se concentra en los nudos. 
Desde el punto de vista topológico, se considera que 
la fisura está abierta en toda su longitud. Antes de 
empezar el proceso de cálculo se indica al programa 
que cada par de nudos enfrentados en la superficie de 
la fisura se encuentran ligados. Mientras estén ligados 
ambos nudos se moverán juntos y en cada ciclo de 
integración la velocidad común v vendrá expresada 
por: 

(1) 

donde v1 y v2 son las velocidades de cada nudo y m1 
y m2 las masas asignadas. Mientras los nudos 
permanecen ligados no existe discontinuidad en los 
desplazamientos y no hay fisura. Cuando se indica al 
programa que el movimiento de dos nudos deja de 
estar ligado, la fisura se propaga la longitud de un 
elemento. 

Para conocer las cargas de apertura y cierre de la 
fisura se utiliza un algoritmo de búsqueda de 
contactos sobre las superficies ·de la fisura. El 
algoritmo utilizado descubre el comienzo del contacto 
analizando los desplazamientos de los nudos. Los 
contactos pueden ser de nudo a nudo o de nudo a 
cara. Al detectar un contacto, el programa introduce 
unas fuerzas de penalización sobre los nudos que 
entran en contacto. Estas fuerzas son proporcionales a 
la interpenetración entre los nudos. Durante todo el 
análisis se examina la resultante de las fuerzas que 
actuan sobre los nudos de la superficie de la fisura: 
cuando esta resultante es O, la fisura se encuentra 
abierta en ese nodo. Cuando es distinta a O, la fisura 
está cerrada. 

3.EL MODELO DE DIFERENCIAS FINITAS 

El modelo desarrollado trata de reproducir los 
resultados experimentales de Ritchie y Y u sobre una 
aleación de aluminio 2124-T351. [7]. Ritchie y Yu 
obtuvieron una microfisura de 90 J.Lm de longitud 
rectificando una probeta compacta en la que se habia 
propagado un fisura por fatiga. La probeta rectificada 
(60.96 x 12.7 mm) fue sometida a flexión en cuatro 
puntos, con una relación de tensiones R=0.1, 
amplitud de cargas constante y una amplitud inicial 
del factor de intensidad de tensiones igual a 0.58 MPa 
ml/2, muy inferior al umbral de fisuras largas (3.58 
MPa m112). La frecuencia del ensayo fue de 50 Hz y 
se registraron de modo contínuo los valores de Pcl 
mediante el método de variación de flexibilidad. Se 
observó que la microfisura comenzó a propagarse con 
una velocidad de 4.10-8 m/c, llegando a detenerse 
cuando alcanzó 230 J.1.ID de longitud. 

En la figura 1 se ha representado la malla de 
diferencias finitas utilizada, con 356 elementos y 223 
nudos. La microfisura es inicialmente lisa y tiene una 
longitud de 90 J.LID. Desde 90 a 230 J.LID, la fisura es 
rugosa, formando ángulos de 45° con la dirección 
media de propagación. La longitud proyectada sobre 
la dirección media de cada uno de los tramos rectos es 
de 40 J.Lm. Esta rugosidad de la microfisura es 
semejante a la que se puede observar en la superficie 
de la probeta una vez ensayada [9]. El tamaño de los 
elementos junto a la fisura es de 10 J.llll. Esta distancia 
es un compromiso entre la necesidad de representar 
adecuadamente las tensiones y desplazamientos junto 
a la fisura y obtener unos tiempo de cálculo 
razonables (el incremento de tiempo en cada ciclo de 
cálculo es proporcional al tamaño del elemento más 
pequeño). La frecuencia fue de 5000 Hz para 
disminuir el tiempo de CPU en el ordenador. Para 
minimizar los posibles efectos dinámicos se ha 
utilizado un amortiguamiento proporcional a la masa. 
Se tomaron condiciones de deformación plana. 

Para el aluminio se adoptó un comportamiento elasto
plástico, con endurecimiento lineal por deformación, 
plasticidad isótropa y criterio de plastificación de Von 
Mises. El límite elástico (360 MPa) y los valores de la 
tensión y deformación en rotura (488 MPa y 17.8 %) 
son idénticos a los valores experimentales de la 
referencia citada [7]. Las cargas aplicadas y la 
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Fig.l. Malla de diferencias finitas 
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relación de tensiones fueron ias mismas que se 
utilizaron en los ensayos. Se consideró que se había 
alcanzado la carga de cierre de la fisura Pcl cuando se 
produce el primer contacto entre dos puntos de la 
superficie de la grieta. Pop se ha definido como la 
carga para la que desaparece todo contacto. 

4. RESULTADOS Y DISCUSION 

En la figura 2 se han dibujado los valores de Pop y 
Pcl frente a la longitud de la microfisura. Las curvas 
son practicamente paralelas, con Pop un 20 % 
superior a Pcl. Mientras la fisura no cambia de 
dirección, las magnitudes de Pop/Pmax y Pcl/Pmax 
son del 40 y 30 % respectivamente. Cuando se 
produce el primer codo crecen bruscamente hasta el 
90 y 70 % para estabilizarse luego al 70 y 50 %. Los 
elevados valores de Pop y Pcl no se deben a las 
deformaciones plásticas sino a los movimientos que 
se producen en la dirección media de propagación de 
la fisura debido a la rugosidad superficial. Así se 
puede apreciar en la figura 3, que muestra la malla 
deformada para carga máxima cuando la longitud de 
la fisura es 210 J.LIIl. Estos movimientos producen un 
cierre discontinuo de la fisura, a diferencia de lo que 
ocurre con CFP donde nunca existen nudos 
intermedios abiertos si la fisura está cerrada y 

1.0 
X .c---... 0.. 

viceversa. En el CFP el primer nudo que se cierra y el 
último que se abre es el que está situado detrás del 
extremo de la fisura En CFRS, hay nudos que nunca 
se cierran y otros que tienen preferencia a hacerlo los 
primeros (nudos A,B, y C de la figura 2). 

En la figura 4 se han recogido las maginitudes de 
Pcl/Pmax obtenidas experimentalmente por Ritchie y 
Yu. Estos valores se comparan con los obtenidos 
mediante el cálculo para CFP [8] y CFRS (Pop). 
Mientras que el CFP da valores muy alejados de los 
experimentales, el CFRS se aproxima mucho más, 
especialmente cuando la microfisura se ha propagado 
60 ¡J.m. Las pequeñas diferencias que aun existen 
puede deberse a dos razones: por un lado, es posible 
que la rugosidad real de la microfisura sea distinta a la 
adoptada en el modelo. Por otro lado, en la realidad la 
microfisura es tridimensional y en el cálculo del cierre 
de fisura haya que tener en cuenta estos efectos [3]. 
La discrepancia entre los resultados experimentales y 
el módelo de CFRS en las primeras 60 IJ.m de 
propagación puede deberse a que en la realidad las 90 
¡.Lm iniciales de la microfisura son rugosas mientras 
que en el modelo se han supuesto lisas. 
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Fig.2. Cargas de apertura y cierre de la fisura en 
función de la longitud de la microfisura 
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-o- RESULTADOS EXPERIMENTALES (RITCHIE Y YU 1 1986) 

--·- CIERRE POR RUGOSIDAD 

---- CIERRE POR PLASTICIDAD 
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Fig.3. Deformada en la zona de la fisura para carga 
máxima. 

5. CONCLUSIONES 

Se ha utilizado un programa de diferencias finitas para 
modelizar el fenómeno de cierre de una microfisura 
superficial que se propaga por fatiga, a causa de la 
rugosidad de las superficies de fractura. Los 
resultados obtenidos dan valores muy elevados de las 
cargas de apertura y cierre de la fisura (90 y 70 % de 
Prnax) que están de acuerdo con los medidos 
experimentalmente. El CFRS es producido por los 
movimientos paralelos a la dirección de propagación 
de la microfisura y es discontinuo, concentrándose en 
algunos puntos de la superficie. 
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NUCLEACION DESDE LA PUNTA DE UNA GRIETA POR EMISION DE DISLOCACIONES GURA 

C.Atkinson y C.Bastero 

Department of Mathematics.- Imperial College.- London SW7 

Departamento de Matemática Aplicada.- Universidad del Pais Vasco.- Bilbao 

Resumen.- En el presente estudio se estudia la relajación plástica por 

nucleación de deslizamiento asimétrica en la punta de una grieta y en una 

grieta por descohesión entre un material incompresible· elástico y una 

matriz rigida. Se demuestra que para un modo mixto de carga hay un único 

ángulo, formado por la banda de deslizamiento y la grieta, para el cual 

es posible la relajación. Se discute un modelo sencillo que da buena 

aproximación para el valor de la apertura de la punta de la grieta. 

Abstract.- Plastic relaxation by a single slip band of a sharp crack and 

of a debond crack at the interface between a rigid and an incompressible 

elastic material is studied. It is shown that for a mixed mode loading 

there is a unique angle, at which the slip band meets the crack tip, such 

that the stress intensity factor is zero. A simple model is discussed 

which gives a good approximation to the crack opening displacement. 

l. INTRODUCCION 

La relajación de las tensiones singulares en la 
punta de una grieta originadas por las cargas 
en sus labios, debida a la nucleación de 
deslizamiento producida por la emisión de 
dislocaciones cuña, es un tema de alto interés 
en la Mecánica de la Fractura. Sin más 
considérense, por ejemplo, los trabajos ya 
clásicos de Bilby, Cottrell y Swinden [1], que 
definieron un modelo de banda de deslizamiento 
colineal con la grieta, de Leonov y 
Panasyuk [2] y de Dugdale [3], quienes 
estudiaron diversos modelos de bandas con 
diferentes tipos de cargas. Sin embargo, para 
el caso de grietas cargadas en caso de 
deformación plana, las bandas de deslizamiento 
no son generalmente colineales con la punta de 
la grieta. Bilby y Swinden [4] consideraron un 
modelo de banda a 45°, constituida por una 
agrupación discreta de dislocaciones cuña. En 
este modelo encontraron muchas dificultades de 
orden numérico. Un procedimiento alternativo 
fue intentado por Atkinson y Kay [S] que 

presentaron una superdislocación que permi tia 
predecir la apertura en la punta de la grieta 
de una manera muy simple. Sin embargo este 
modelo era más una aproximación que una 
descripción real de la situación en la punta de 
la grieta. 

Salvo este último articulo, todos los 
anteriormente referidos estudian situaciones de 
simetría con respecto a la carga aplicada y a 
las bandas de deslizamiento emitidas desde la 
punta de la grieta. Sin embargo hay muchas 
situaciones en. las que, debido a la asimetría 
de la carga o a heterogeneidades locales en la 
estructura, se produce una nucleación de 
deslizamiento asimétrica. En unos articules 
previos los autores [6) y [7) han estudiado 
situaciones en las que esto se produce. La 
razón física que permite suponer un plano de 
deslizamiento asimétrico puede basarse, por 
ejemplo, en la existencia de una barrera al 
deslizamiento a un lado de la grieta y la 
existencia de una banda en el otro, como sucede 
en el crecimiento de la grieta por fatiga. 
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El objetivo de este artículo es presentar 
paralelamente la relajación conseguida en la 
punta de una grieta debida a una banda de 
deslizamiento asimétrica y en una grieta por 
descohesión entre una matriz elástica e 
incompresible y un soporte rígido. El plan de 
este trabajo es presentar el análisis de 
tensiones en la sección segunda para en la 
sección tercera determinar las condiciones de 
relajación de las tensiones singulares así como 
la discontinuidad en el desplazamiento seg~n la 
dirección de la banda de deslizamiento en la 
punta de la grieta (apertura de la punta de la 
grieta). En la discusión se comparan los 
resul lados con los obtenidos por medio de un 
modelo aproximado basado en una 
superdislocación. 

2. ANALISIS 

Las ecuaciones de la elasticidad plana nos 
proporcionan el punto de partida de este 
análisis: 

-le - - - -2¡.t· (ur+iu9 )=e ·[K·Q(z) - z·Q' (z) - w' (z)] 

(2. 1) 

.,. 99 - i·.,. re= 2 · [Q' ( z l + tl' ( z l + z · ñ' ' ( z ¡ + 

(z/zl ·w'' (zlJ 

4·[0' (zl + ñ' (zlJ 

(2.2) 

(2.3) 

donde Q(z) y w(z) son funciones a determinar en 
función de las condiciones de contorno; ll es el 
módulo de elasticidad transversal; K es (3-4·v) 
-v es el módulo de Poisson - o (3-v)/(1+v) para 
deformación plana o tensión plana 
respectivamente. En las anteriores ecuaciones 
(ur,u9 l son los desplazamientos en coordenadas 

polares (r,e) y CT99 , CTre y CTrr las 

correspondientes tensiones. 

Tomando la transformada de Mellin de las 
ecuaciones (2.1), (2.2) y (2.3), se obtiene 

.,.ee 

CT 
rr 

KAe-i9(s+2)+(s+1 )Aei9(s+2)_Bei9s 

(2. 4) 

- les (s+l)[-Be + 
Ae-í9(s+2)] 

s+1 [Beies + Be-1es 
-2-

(s+4lAe-ie(s+2ll 

A(s+l )e i9(s+2)_ 

(2.5) 

(s+4)Aeie(s+2) 

(2.6) 

donde A(s) y B(s) son funciones de la variable 
s que se van a determinar en función de las 
condiciones de contorno. De igual manera 

(2. 7) 

y CTee· CTre' CTrr corresponden a 

(2.8) 

Para los casos que se están estudiando las 
condiones de contorno son: 

A) Grieta con banda de deslizamiento asimétrica 
-el origen del ángulo polar coincide con la 
banda de deslizamiento- (ver figura 1) 

En e = o 

En e 
En e 

Tt-a 

-n-a 

u9 es continuo V r 

CTee Y CTre son continuos V r 

.,.re = • 

.,.ea - i·CTre 

.,.ea - i·CTre 

O < r < t 

-P(r) + i·Q(r) 

-P(r) + i·Q(r) 

donde t es la longitud de la banda de 
deslizamiento y 1: la tensión de fluencia. 

p 

r bar.:ia 
a 

o 
grieta 

o 

Figura 1.- Grieta con banda de deslizamiento 

B) Grieta por descohesión -el origen del ángulo 
polar está en la intercara no despegada- (ver 
figura 2) 

En e o u = ue = o r 
En e = Tl .,.ea - i • CT re = -P(r) + i·Q(r) 

En e = a u e es continuo V r 

u es continuo V r > t r 
.,.ee y .,.re son continuos V r 

CT 
re = T o < r < t 

/ 

Banda de deslizamiento 

Figura 2.- Grieta por descohesión con banda de 
deslizamiento. 
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La transformada de Mellin de estas condiciones 
de contorno, teniendo en cuenta las 
definiciones dadas en (2.7) y (2.8), junto con 
el correspondiente cálculo, conduce a sendos 
problemas que han sido resueltos utilizando la 
técnica de Wiener-Hopf para determinar las 
incógnitas en las ecuaciones funcionales 
obtenidas 

Al Grieta con banda asimétrica 

donde 

u+(s) es la transformada de Mellin de la 

tensión cortante en la banda de deslizamiento 

u_(s) es la transformada de la tensión cortante 

en e = O fuera de la banda de deslizamiento 

u+(s) es la transformada de Mellin del salto en 

el desplazamiento radial en la banda de 
deslizamiento, y 

S + 1 
K(s) = ----------·[-s(s+1)Cos(2as) + 2Cos(2rrs) 

Sin(2rrs) 

+ 2s(s+2)Cos(2as+2a) + (s+1)(s+2)Cos(2as+4a)] 

(2.10) 

B) Grieta por descohesión 

A s+2 A s+1 
u+(s) +u_(s)·l ~·u+(s)·K(s)·l 

(2. 11) 
con 

S + 1 
K(s) 

4·Cos2 (rrs) 
s(s+1)sin(2as) + 

· [-2s(s+2)sin(2as+2a) + 

(s+1)(s+2)sin(2as+4a) 

2sin(2rrs) + 2s(s+2)sin(2rrs-2as-2al 

s(s+1)sin(2rrs-2as) - (s+1)(s+2)sin(2rrs-2as-4al] 

(2.12) 

3. RELAJACION 

Las condiciones de relajación comportan la 
inexistencia de tensiones singulares en la 
punta de la grieta. La resolución de las 
ecuaciones funcionales (2.9) y (2. 11) 
respectivamente, conduce en ambos casos a la 
siguiente condición necesaria para la 
relajación, 

p(-3/2) 

q(-3/2) 

3sin(3a/2) + 3sin(a/2) 
(3. 1) 

3cos(3a/2) + cos(a/2) 

donde p(s) y q(s) son las transformadas de 
Mellin de las cargas aplicadas en la grieta 
P(r) y Q(r) respectivamente, obtenidas según 
(2. 8). 

La ecuación 
factores de 
convierte 

(3. 1), puesta 
intensidad 

en 
de 

función de las 
tensiones, se 

3sin(3a/2) + 3sin(a/2) 
(3.2) 

K
11 

3cos(3Q/2) + cos(Q/2) 

En estas condiciones se puede determinar el 
salto en el desplazamiento radial en la punta 
de la grieta en ambos casos 

Al Grieta con banda asimétrica 

donde 

F+(s) 

F_(s)== 

con 

F(z) 

2 2 2 
(K +K )·[8+5·Cos(a)+3·Cos(3a)) 

1 11 

256·~·T·(7+4cosa-3cos(2a)} 

F_(-2) 
----------:-----· ( 1 +K) 

(F_(3/2)}
2 ·F (-1) 

(3.3) 

-1 r· log[F(z)) 
exp [ ---· ·dz 

2rri Z - S 
c-im 

(3.4) 

e: log[F(z)] 
exp [ ---· ·dz ] 

2rri Z - S 

(3.5) 

-1 
-----· [ -s ( s+l )Cos (2Qs) 

4·Sin2 (rrzl 
2Cos(2rrs) + 2s(s+2)Cos(2as+2a) 

(s+1)(s+2)Cos(2as+4a)] (3.6) 

y 

a< e < ~l(sl < ~ < -0.5 (3.7) 

siendo a el mayor cero de F(z) menor que -1. 

Bl Grieta por descohesión 

[u l 
r 

con 

F+(s) 

(K
2 + K2 )·[8+5·Cos(a)+3·Cos(3a)]

2 

1 1 I 

128·~·T·(7+4cosa-3cos(2al) 

F_(-2) 
(3.8) 

-1 e: log[F(z)) 
exp [ ---· ·dz 

2ni Z - S 

(3.9) 

+ 
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1 r·· log[F(z)] 

F (s) exp [ -· ·dz ] 
- 2ni Z - S 

¡fl-ico 
(3.10) 

siendo 

-1 
F(z) = [-2z(z+2)sin(2az+2a) 

2·Sin(2nz) 

z(z+1)sin(2az) 

2sin(2nz) + 

+ (z+1)(z+2)sin(2az+4a) 

2z(z+2)sin(2nz-2az-2a) 

+ 

z(z+1)sin(2nz-2az) - (z+1)(z+2)sin(2nz-2az-4a)] 

(3. 11) 

y 

~ < e < ~t(s) < lfl < -0.5 (3. 12) 

siendo ~ el mayor cero de F(z) menor que -1. 

4. DISCUSION 

Los resul lados presentados en la sección 
precedente se pueden considerar exactos para el 
caso d~l ·~~all scale yielding", sin embargo su 
determ1nac1on es bastante complicada desde el 
punto de vista del cálculo. 

Por ello se va a proceder a continuación a 
definir unos modelos aproximados cuya eficacia 
será función de la adecuación de los resultados 
a los obtenidos previamente. Asi, siguiendo el 
modelo de la superdislocación propuesto por 
Atkinson & Kay (1971), se llega al siguiente 
valor para el vector de Burger 

A) Grieta con superdislocación 

b 

Bl Grieta por 

2 + 2 
KI KII 

b-
8 ·w• 

4+cos(a)+3cos(3a) 
--------------------·(1+K) 

7+4cos(a)-3cos(2a) 

(4. 1) 

descohesión 

4+5cos(a)+3cos(3a) 

7+4cos(a)-3cos(2a) 
(4.2) 

En las figuras 3 y 4 se presentan las 
comparaciones entre los valore obtenidos en la 
solución exacta -ecuaciones (3.3) y (3.8)- y la 
solución aproximada -ecuaciones (4.1) y (4.2)
en ambos casos. 

Mientras que la correspondencia en el caso de 
la grieta entre los valores obtenidos por ambos 
procedimientos es casi perfecta, se puede 
apreciar un claro desacuerdo en los resultados 
obtenidos para el caso de la grieta por 
descohesión. Principalmente la discordancia en 

. 
o superdislocación 

.; O modelo exacto 

alpha 

Figura 3.- Apertura en la punta de la grieta 

superdislocación ~ 

modelo exacto LSJ 
~~.~ 

~o ' 

o 

Q 

~ ~ 
rb.no--,,):'"on--;O;-:.Oioo}],'ño.:ñoñ"o---:,;::;o:-;,o;;;;o:--~.o::-.·:-oo:----:•"='o-=.0:-:-0---7_.;0_.0_11_ 

ángulo alpha 

Figura 4.- Apertura en la punta de la grieta 
por descohesión. 

resultados se puede apreciar para ángulos 
menores a 20° La razón de esta discordancia 
está en que la repulsión producida por la 
imagen de la superdislocación en el contorno 
rígido es bastante más severa que la producida 
por la banda de deslizamiento. 
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INFLUENCIA DE LA TENSION T EN EL DOMINIO DE J 
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Resumen.- En este trabajo, se estudia la influencia de la tensión T en el dominio 
de J, adoptando el procedimiento de Shih y German, mediante métodos de elementos 
finitos en condiciones de deformación plana. Los campos en el frente de la grieta 
se han modelizado en primer lugar según una formulación de contorno en la que se 
incluyen tanto el efecto de K como el de T. Los resultados se han comparado con 
los obtenidos en el análisis de diversas geometrías agrietadas que presentan 
tensiones T positivas y negativas. Esto lleva finalmente a establecer las condicio
nes de dominio de J para diversas geometrías. 

Abstract.- In the present paper, the approach developed by Shih and German has 
been adopted to investigate the effect of elastic T stresses on J dominance under 
contained yielding condi tions, using plane strain fini te element methods. The 
crack tip field has been firstly modelled by an elastic-plastic boundary !ayer 
formulation involving both the K and T terms.These have been correlated with full 
field solutions for geometries which exhibit positive and negative T stresses. 
This finally leads to a consideration of the conditions for J dominance within 
elastic-plastic flow fields. 

1 . INTRODUCCION 

Una de las bases de la Mecánica de la Fractura 
es la existencia de unos ciertos parámetros 
que permiten la caracterización de los campos 
de tensiones y deformaciones en el frente de 
la grieta. 
En la Mecánica de Fractura elastico-lineal, el 
parámetro caracterizador más utilizado es el 
factor de intensidad de tensiones, KI• Las 
tensiones en el frente de la grieta pueden 
expresarse como una serie infinita de términos, 
siguiendo el trabajo de Williams [1 J 
o.. A .. (9) r-! +B .. (9) +C .. (9) rl + ••• (1) 
~J ~J ~J ~J 

donde r y e son coordenadas polares con origen 
en la punta de la grieta. Cuando r tiende a 
cero, los demás términos de la serie pueden 
considerarse despreciables frente al primero, 
permitiendo que los campos tensionales vengan 
expresados como 

o .. 
~J 

K 

..J'2f¡"; 
f .. (9) 
~J 

(2) 

Sin embargo, Larson y Carlson [2] demostraron 
que el segundo de los términos de la serie 
tiene un efecto significativo en el tamaño y 
forma de la zona plástica que se desarrolla en 
el frente de la grieta. Este segundo término 
es conocido como tensión T, siguiendo la 
notación de Rice [3], y corresponde a una 
tensión uniforme paralela a los flancos de la 
grieta. Su magnitud se expresa a través del 
llamado parámetro de biaxialidad B, introducido 
por Leevers y Radon [ 4] , y cuya relación con T 
es similar a la que existe entre K y el factor 
de forma Y 

-~ 
B =-

K 
(3) 

A pesar de que existe una gran cantidad de 
datos referidos a los valores de K para las 
distintas geometrías, no sucede lo mismo con 
B. Los pocos resultados de los que se dispone 
difieren en detalle, dependiendo del método de 
cálculo utilizado, pero las lineas generales 
son las mismas [ 5] • Así , una placa con una 
grieta central (CCP) sometida a tracción 
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uniaxial presenta tensiones T negativas, es 
decir de compres~on, mientras que a la misma 
geometría bajo tracción biaxial corresponden 
tensiones T positivas, es decir, de tracción. 
De igual modo, la Mecánica de la Fractura 
elasto-plástica está basada en la existencia de 
parámetros caracterizadores, de los cuales el 
más utilizado es la inte~ral J, introducida por 
Rice [ 6] . Hutchinson [ 7 J y Rice y Rosengren [ 8] 
(HRR) expresaron los campos de tensiones y 
deformaciones en el frente de la grieta de un 
material elasto-plástico, cuya ley de comporta
miento viene dada por 

como 

_E_ 

E o 

o .. 
~J 

E .• 
~J 

o 
~ 

o o 
[ 

o a 
o 
E 

n 
+ a<-º-> 

00 
(4) 

1 /n+1 
J J f

1 
(S ,n) 

I r E o a 
(5) 

o o n 

n/n+1 
f

2
(e,nl (6) 

donde fi (S,n) son funciones tabuladas de 8 y del 
coeficiente de endurecimiento n, mientras que 
I lo es únicamente de n en condiciones de 
d!§formación plana. Los campos HRR corresponden 
a una teoría de pequeñas deformaciones, y sólo 
pueden considerarse válidos a distancia de la 
punta de la grieta del orden de 2 o 1 J, a las 
que el efecto de los cambiosgeométrigos debidos 
al achatamiento de la grieta puede considerarse 
nulo. Para conocer las tensiones dentro de esta 
distancia, es necesario aplicar una teoría de 
grandes deformaciones, como la utilizada por 
McMeeking [9], que calcula los campos tensiona
les elasto-plásticos por medio de una formula
ción de contorno en la que el campo elástico 
remoto es el correspondiente al término K. Más 
recientemente, Bilby y otros [ 1 O J llevaron a 
cabo una formulación de cortorno similar, pero 
el campo elástico incluía los términos debidos 
a K y a T. Su trabajo demostró la sensibilidad 
de los campos tensionales a las tensiones T 
negativas, cuyo efecto es disminuir la tensión 
máxima en el frente de la grieta achatada. 
Tanto los campos HRR como de McMeeking corres
ponden a un estado de plastificación restringi
da. En un estado de plastificación extendida, 
los campos de deformación no pueden considerarse 
únicos, sino que dependen tanto de la configura
ción geométrica del problema como de las condi
ciones de carga. Además, en algunos casos, como 
en el de la geometría CCP, estos campos son muy 
diferentes de los correspondientes a un estado 
de plasticidad restringida. Esto lleva a la 
consideración de lo que ha sido definido como 
condiciones de dominio de J, entendiendo por 
tal las condiciones bajo las que los campos de 
deformación en el frente de la grieta mantienen 
las características de los correspondientes a 
la fluencia a pequeña escala, y han sido estu
diadas ¡or McMeeking y Parks [ 11 J y Shih y 
German L12]. 
En el primero de estos trabajos, McMeeking y 
Parks [ 11] comparan los campos tensionales 
obtenidos en placas con grietas profundas con 
los campos de McMeeking [9], concluyendo que 
eran similares siempre que la longitud del 

ligamento sin agrietar fuese mayor que 2000 /J 
cuando las placas están sometidas a tracci8n, 
y mayor que 200 /J cuando están sometidas a 
flexión. Cálculgs similares realizados por 
Alani y Hancock [ 1 3] han demostrado que en el 
caso de grietas pequeñas, tanto en tracción 
como en flexión, el dominio de J se ha perdido 
cuando J=ao0 /200. El trabajo de Shih y German 
[12] obtiene los campos tensionales en diferen
tes configuraciones utilizando una teoría de 
pequeñas deformaciones, y sus resultados son 
comparados por lo tanto con los campos HRR. 
Para establecer los límites del dominio de J 
se basaron en el criterio , en cierto modo 
arbitrario, de que las tensiones obtenidas a 
una distancia 2J ¡o han de ser mayores que el 
90% del valor def campo HRR en este mismo 
punto. Sus resultados reforzaron las conclusio
nes de McMeeking y Parks [11]. 
En el presente trabajo se ha adoptado el 
procedimiento de Shih y German [ 1 2 J para 
investigar el efecto de la tensión T en el 
dominio de J en condiciones de plasticidad 
restringida. Los campos tensionales obtenidos 
para diferentes geometrías, algunas con tensio
nes T positivas y otras negativas, se comparan 
con los correspondientes a una formulación de 
contorno elasto-plástica en la que se conside
ran tanto los términos debidos a K corno los 
debidos a T. Esto lleva finalmente a nuevas 
consideraciones de los límites del dominio de 
J. 

2. METODOS NUMERICOS 

Se ha llevado a cabo un análisis de los campos 
tensionales, tanto los correspondientes a una 
formulación de contorno en condiciones de 
fluencia a pequeña escala como al análisis de 
diversas geometrías, por el método de los 
elementos finitos en condiciones de deformación 
plana. En todos los casos, la relación ten
sión-deformación adoptada fué una ley de 
Ramberg-Osgood como la dada en la ecuación 
(4), con exponentes n=3 y a=3/7 El coeficiente 
de Poisson se ha tomado igual a 0.3 y 0

0
/E 

igual a O. 002. Los análisis se basaron en la 
teoría de pequeñas deformaciones [14], y se 
adoptó una forma incremental de la teoría de 
fluencia de Prandtl-Reuss. 
Los elementos utilizados fueron elementos 
híbridos isoparamétricos de ocho nodos de los 
disponibles en la biblioteca de elementos 
finitos del programa ABAQUS [15]. Las tensiones 
se obtuvieron por extrapolación a los nodos. 
La integral J se ha calculado por el método de 
extensión virtual de la grieta de Parks [16]. 
En las formulaciones de contorno se han utili
zado mallas de 240 elementos cada una, que 
representan la mitad superior del frente de la 
grieta (desde 6=0 a 8=180°). Las mallas consis
ten en 20 anillos concéntricos, y en la punta 
de la grieta existen 25 nodos inicialmente 
coincidentes pero a los que se permiten los 
desplazamientos independientes. En el exterior 
de la malla se impusieron como condiciones de 
contorno los desplazamientos asociados a K más 
los asociados a T. La relación entre K y T 
viene fijada por un parámetro de biaxialidad B 
determinado, de forma que los términos de K y 
de T son incrementados de forma proporcional. 
Se han obtenido soluciones para zonas plásticas 
con un radio menor que la mitad del radio 
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exterior de la malla. 
Las tres geometrías examinadas fueron elegidas 
como ejemplos de una fuerte tensión T de compre
s~on, una fuerte tensión T de tracción y un 
caso intermedio. La primera de ellas corresponde 
a una placa con un grieta central (CCP), someti
da a un desplazamiento uniforme, y con una 
longitud de grieta a/w=0.5, a lo que corresponde 
un parámetro igual a -1.06 [4]. Fué modelizada 
con 208 elementos de segundo orden, resultando 
un problema de 1388 grados de libertad. La 
segunda gecmetria elegida fue una placa con una 
grieta en uno de sus ladc·s (SEN), con una 
longitud de grieta a/w=O. 9, y sometida a fle
xión, a la que corresponde un valor de B igual 
a +1.1. Se utilizaron 191 elementos, resultando 
un prol::lema de 1288 grades de libertad. La 
tercera georr.etria corresponde a una placa SEN, 
pero con una longitud de grieta de a/w=0.3, 
sometida a flexión. El valor de B es aproximada
mente cero. Esta geometria fué estudiada por 
A.A.Alanj. 

3. RESULTADOS 

3.1. Formulaciones de contorno 

En la figura se muestran las tensiones 
tangenciales en el frente de la grieta (8 =0 °) 

obtenidas en una formulación de contorno en la 
que la tensión T es nula (B=O). Las tensiones 
están normalizadas ccr. la tensión de fluenciaa

0 
y las distancias originales a la punta de la 
grieta ccn J/ a • Los datos SC·n autosemejantes 
en el sentido 

0
de que los obtenidos para un 

determinado valor de K caen sobre la misma 
curva que los obtenidos para un valor de K 
mayor. Los datos se comparan con los campos de 
HRR calculados utilizando las constantes tabula
das por Hutchinson [ 7] y Shj h [ 17 J • Los resulta
dos caen por debajo de· los HRR, aunque también 
tienden a infinito en la punta de la grieta. 
En la figura 2 se muestran los resultadospara 
un valor de B positivo, 8=+1.06, que produce 
tensiones T de tracción que van incrementándose 
con la deformación. Los datos se comparan de 
nuevo con los HRR, y adE•rr.ás con los obtenidos 
para B=O. En e E• te caso los resultados no son 
autosemejantes. Al inicio de la deformación, 
las tensiones son comparables al campo B=O, 
pero al ir aumentando ésta, las curvas de 
tensiones van aumentandc· lige•ramente y aproxi
mándose a los valores HRR. 
En la figura 3 se muestran los resultados 
para un valor de B negativo, que produce tensio
nes T de compresión. De nuevo, las tensionesson 
próximas a B=O para pequeños valores de T, pero 
según T va haciéndose más negativa, las tensio
nes caen y se alejan significativamente de los 
campos HRR. 

3.2. Geometrías completas 

Se .han analizado las tres geometrías a las que 
se ha hecho referencia: CCP, SEN con a/w=0.9 y 
SEN con a/w=0.3. Los resultados correspondientes 
a la primera configuración están reflejados en 
la figura 4. Los datos caen por debajo de la 
curva HRR incluso para el nivel de carga más 
pequeño para el que se dispone de datos. La 
configuración SEN, con a/w=0.9 y sometida a 
flexión pura presenta un parámetro de biaxiali
dad B=+ 1 . 1 . Las tensiones en el frente de la 

grieta son inicialmente cercanos a la B=O, 
pero al ir aumentando la deformación van 
aproximándose a la curva HRR, como se indica 
en la figura 5 . En la figura 6 están los 
resultados para la tercera configuración, a la 
que corresponde un. valor de B muy próximo a 
cero. 

4. DISCUSION 

Los campos tensionales para diferentes biaxia
lidades B pueden ser comparadas a un mismo 
nivel de T. En la figura 7 se muestran los 
campos tensionales correspondientes a tensiones 
T que van desde 0.7a hasta -0.6a • El compor
tamiento general de 'los resultado<§ es que las 
T de tracc~ón hacen que las tensiones se 
aproximen a los campos HRR y las de compresión 
hacen que caigan significativamente. Estos 
datos pueden ser reanalizados dibujando las 
tensiones a una distancia x=2 a 1 J, según la 
figura 8 , para examinar las á'ondiciones de 
dominio de J según el criterio de Shih y 
German [12].Aqui las tensiones a una distancia 
x=2J/ a se comparan con el campo HRR, con el 
cri ter .Po de que los campos dominados por J 
presentan tensiones dentro del 90% del valor 
de HRR a esta distancia. Con esta base, el 
dominio de J se mantiene para tensiones T 
mayores que -0. 2a • Este criterio puede ahora 
aplicarse a las0 distintas configuraciones 
geométricas, utilizando los valores de B 
disponibles en la literatura [ 4,18] . Los 
resultados están reflejados en la figura 9 , 
donde se indica el valor de J que produce una 
tensión T de -0.2a como una función de la lon 
gitud de la grieta0 (a/w). 
Para la configuración SEN sometida a tracción, 
los valores de B para grietas profundas son 
positivos, con lo que no pierden el dominio de 
J dentro de la plasticidad extendida. Esta 
misma geometria, con grietas pequeñas, tienen 
valores de B negativos y pierden por lo tanto 
el dominio de J. No se dispone de datos para 
los valores de B cuando las grietas son muy 
pequeñas , pero los resultados indican que ya 
en los primeros estados de deformación el 
dominio de J ha sido perdido. Los criterios 
actuales de A.S.T.M. y B.S. [19] de validez de 
la Mecánica de la Fractura elástico-lineal 
corresponden a un valor de J de aproximadamente 
aa /1500. La configuración SEN en tracción con 
gr~etas pequeñas pierde el dominio de J en 
condiciones cercanas a la fluencia a pequeña 
escala, mientras que las grietas profundas 
mantienen el dominio de J en condiciones de 
plasticidad extendida. 
En la misma figura se observa un comportamiento 
similar para la misma configuración sometida a 
condiciones de flexión y para una placa doble
mente agrietada (DEN). 
En la figura 10 se muestran juntos los 
resultados correspondientes a la configuración 
CCP y a una formulación de contorno con B=-1.6. 
Los resultados son consistentes. Similarmente, 
los resultados pueden compararse en la forma 
reflejada en la figura 11 . La formulación de 
contorno proporciona buenos resultados hasta 
un nivel de carga de aa /J= 800 lo que está de 
acuerdo con los resulta%os obtenidos por Bilby 
y otros [ 1 O J utilizando una teoría de grandes 
deformaciones. 
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La existencia de tensiones T de compresión en 
esta configuración hace que al ir aumentando 
la deformación, las tensiones en el frente de 
la grieta vayan cayendo suavemente. No se 
produce un cambio brusco en el comportamiento 
cuando el ligamento es totalmente plástico, 
sino que las tensiones van cayendo lentamente 
a través de la deformación elasto-plástica. 
Considerando el criterio de Shih y German 
[12], los requisitos geométricos están refleja
dos en la figura 9 Estos requisitos son 
excepcionalmente sev~ros y llevan a la conclu
sión de que el dominio de J ha sido perdido 
dentro de los límites que para fluencia a 
pequeña escala consideran tanto A.S.T.M. como 
B.S. [19). 
Ya hemos indicado que la elección de un deter
minado criterio de dominio de J es en cierto mo 
do subjetiva. Shih y German [12] comparan los 
campos tensionales con la curva HRR. Sin 
embargo, McMeeking y Parks [ 11] prefieren 
compararlos con la solución de una formulación 
de contorno en la que B=O. Como el valor de 
B=O en x=2J/ o es un 8% menor que el valor de 
HRR, los requ~sitos geométricos así estableci
dos resultan mucho menos exigen tes, como se 
muestra en la figura 12 . Para definir perfec
tamente este otro criterio es necesario esta
blecer una expresión teórica de la curva B=O, 
en forma similar a las expresiones (5,6) para 
la curva HRR. 
Ya hemos definido las . condiciones de dominio 
de J, como aquéllas en las que una caracteriza
c~on uniparamétrica (por medio de J) puede 
considerarse adecuada. A la vista de los 
resultados obtenidos en este trabajo, parece 
más adecuado el establecer una caracterización 
biparamétrica (por medio de J y B) que el 
establecer unos límites de dominio de J. 

5. CONCLUSIONES 

Las conclusiones que se derivan de este trabajo 
son 

1. El segundo término de la serie de Williams, 
la tensión T, tiene un claro efecto en los 
campos tensionales de la estructura agrieta
da. 

2. Al ir aumentando la deformación, las tensio
nes T de compresión hacen que el comporta
miento de la probeta se aleje de la curva 
HRR, mientras que las de tracción lo acer
can. 

3. Los límites de aplicación de una caracteri
zac~on uniparamétrica (por medio de J) 
dependen de la configuración geométrica de 
la probeta. 

4. Una caracterización biparamétrica de los 
campos tensionales (por medio de J y B) 
permite su descripción hasta un estado de 
fluencia extendida. 
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Fig. 2. Formulación de contorno para B=+1.06. 
Tensiones en el frente de la grieta para 
distintos niveles de fluencia. 
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Fig. 3. Formulación de contorno para B=-1.06. 
Tensiones en el frente de la grieta para 
distintos niveles de fluencia. 

Fig. 4. Tensiones en el frente de la grieta de 
una placa con una grieta central (a/w=0.5). 
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Fig. 5. Tensiones en el frente de la grieta de 
una placa agrietada en uno de sus bordes 
(a/w=0.9). 

5 

\ 
4 
~-

o 3 
(1) 

' :::J'I 
:::J'I 2 

(1) 

... 
-9-

o 
o 2 4 6 8 10 

rSo/.J 

Fig. 6. Tensiones en el frente de la grieta de 
una placa agrietada en uno de sus bordes 
(a/w=0.3). 
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Fig. 12. Requisitos geométricos para distintas 
configuraciones geométricas según el criterio 
de McMeeking. 
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NOTA MATEMATICA: UNA INTEGRAL INVARIANTE PARA EL CAMPO DE TEMPERATURAS 
EN LA PROPAGACON RAPIDA DE GRIETAS EN MEDIOS TERMOELASTICOS ACOPLADOS 

J.M. Bastero*, J.M. Martínez Esnaola** 

* Escuela Superior de Ingenieros Industriales, Urdaneta, 7 
20006 San Sebastián 

** Centro de Estudios e Investigaciones Técnicas de Guipúzcoa (CEIT) 
Apartado 1555, 20080 San Sebastián 

Resumen.- Se presenta una expresión matemática para el campo de temperaturas en las 
proximidades de la punta de una grieta que se propaga bajo modos mixtos en un medio 
termoelástico. El análisis de singularidad del término de acoplamiento termoelástico en la 
ecuación de conducción de calor permite obtener la forma asintótica de la solución. Se 
establecen dos expresiones integrales invariantes para obtener dicha solución mediante el 
empleo de unos campos auxiliares de temperaturas. 

Abstract.- A mathematical expression for the temperature field in the neighbourhood of a 
crack propagatíng under mixed-mode loading in thermoelastíc media is presented. The 
singularity analysís of the coupled term in the equation· of heat conduction leads to the 
asymptotic form of the solution. Two path-independent integrals are developed using 
auxilíary temperature fields to evaluate the asymptotic solution. 

l. INTRODUCCION 

175 

En el estudio de la propagación rápida 
de grietas (fractura dinámica) en medios 
termoelásticos, es usual aceptar el 
desacoplamiento de los problemas mecánico y 
térmico. Los valores muy pequeños que toma el 
término de acoplamiento en la ecuación de 
transmisión de calor avalan esta suposición. 
Sin embargo, el hecho de que en la punta de 
una grieta, que se propaga rápidamente (se 
aceptan como normales velocidades entre 0.2 y 
0.6 veces la velocidad de propagación de las 
ondas de Rayleigh en el medio), se produzca 
una súbita relajación del campo de tensiones y 
con él el de desplazamientos, incita a que no 
se pueda ignorar la presencia de este término 
de acoplamiento. 

temperaturas local en la zona próxima a la 
punta de la grieta. Como se verá, en la base 
de esta propuesta tan sólo subyace un estudio 
matemático del orden de singularidad de los 
campos de tensiones y temperaturas en esa 
misma zona. 

En esta breve nota matemática, se 
propone una posible expresión para el campo de 

El estudio queda restringido únicamente 
a los medios termoelásticos para los que se ha 
llegado a una expresión analítica rigurosa de 
un campo de desplazamientos. Todo ello limita 
la aplicación de las conclusiones, pues, 
evidentemente, en el estudio de las 
temperaturas ocasionadas por el mismo hecho de 
la propagación de una grieta, no puede pres
cindirse de las deformaciones plásticas, que 
necesariamente aparecen en la zona de proceso, 
aún en el caso de la fractura frágil [1-3]. 
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2. CAMPO DE TEMPERATURAS EN LA PUNTA DE LA 
GRIETA 

La ecuación de la conducción de calor 
para medios termoelásticos acoplados es: 

k e,ii- ~ 8 úi,i +cEo 

donde: 
8 es la temperatura absoluta 
ui es el vector de desplazamientos 
k es la conductividad térmica 

(1) 

CE es el calor específico por unidad de 
volumen a deformación constante 
~ - et(3>. + 2p,) 

siendo >.,p. las constantes de Lamé y a el 
coeficiente de dilatación térmica lineal. 

Si suponemos que la grieta se propaga 
con velocidad a a lo largo del eje xl• y 
hacemos el cambio de variables por el que el 
sistema de referencia se traslada 
paralelamente al cartesiano inicial, teniendo 
su origen de coordenadas en la punta de la 
grieta, la ecuación (1) se transforma en: 

k8. ii ~8 ui,i- ~8 áui,il +e~ -e ~8. 1 (2) 

donde denotamos ahora 

a o e) - at 

( ) . -
.~ 

siendo xi las coordenadas en el sistema móvil. 

Teniendo en cuenta que en el entorno 
próximo a la punta de la grieta la 
singularidad para ui il es del orden r· 3/ 2 , se 
puede suponer una s'ingularidad análoga para 
8 ii, lo que sugiere que el campo de 
t~mperaturas sea de la forma 

En esta ecuac~on r.~ son las coordenadas 
polares con origen en la punta de la grieta y 
en el eje xl respectivamente. 

Llevando (3) a (2) y restringiendo la 
validez del campo de temperaturas a la zona 
muy próxima a la punta (r muy pequeño), 
después de eliminar infinitésimos superiores, 
se llega a la ecuación 

- ~ á e ur,rl- k r·3/2 
F 
- + F ) 
4 • 'fXP 

(4) 

lo que manifiesta que la expresión 

8 - C(t) + r 1/ 2 F(~,t) (5) 

define la distribución de temperaturas en esa 
zona. 

Consideremos la ecuación homogénea 

F 
+ F - O 

4 • 'fXP 
(6) 

cuya solución es de la forma 

~ ~ 
F - B(t) cos + D(t) sen 

2 2 
(7) 

Para hallar una solución particular de 
(4) tendremos en cuenta que los 
desplazamientos ui en caso de modos mixtos son 
(4] 

ul - AI(r~/2 cos~d -
2
ad;s r~/ 2 cos~s) + 

2 l+as 2 

+ A (rl/2 'Pd l+a2 
rl/2 ~S 

sen---
__ s 

sen-) II d 2 2 S 2 

(9) 

1/2 'Pd + 
2ad 

r 112 sen ~S) + u2 - AI(-adrd sen--
l+a; 

S 2 2 

siendo 

KM BM 2 1/2 
AM --- ) M-I, II 

p. 1r 

1 + a2 
BI -

S 

2 
4asad - (l+et~) 

(9) 

Con estos valores se tiene 

1 2 -3/2 3'Pd 3~d 
ur,rl- 4 (1-ad)rd (AIIsen-z--A1cos-z-) (10) 

y, teniendo en cuenta (4) y (5), se obtiene 

como solución particular 

N (11) 

habiendo llamado 

(12) 

Por tanto, el campo de temperaturas en 

las proximidades de la punta será: 

e + rlf2 
cp cp 

8 - (B cos + D sen ) -
2 2 
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~ac rl/2 (A ~d sen ~d ) 
k d I cos ~ + Arr 2 (13) 

La discontinuidad que conlleva la grieta 
entraña que en el campo de temperaturas se 
satisfaga la siguiente condición de contorno 

8,2 (± 11") - o (14) 

y por tanto que 

~a e 
B - - ad A1 ( 15) 

k 

Con lo cual, finalmente, resulta la 
siguiente expresión para el campo de 
temperaturas 

~ac ~ac ~ ~ 112 8-C - - N+( adAicos - +Dsen- )r · (16) 
k k 2 2 

Obsérvese que la temperatura se expresa en 
función de dos parámetros incógnita C y D. 

3. INTEGRAL INVARIANTE TERMICA 

Si ui es el campo 
desplazamientos, llamaremos 

real de 

(17) 

siendo Üi el campo de desplazamientos carac
terístico en la vecindad de la punta de la 
grieta -cfr (8)-. Teniendo en cuenta (17), la 
ecuación (2) se puede escribir 

~a 1 
+ ~dur,r €,rr +- 8 ur,rl (C G - e ·ae ,1 

é e k k 

~a * (18) e ur,rl - gl 
k 

o bien 

e,rr + ~ CN,rr- gl +k (C-e) N,rr - g2 (19) 

Para aislar el término asociado al 
parámetro D, definamos ahora 

~ac ~ac ~ e - e + - N - e - - ad A1 r112 cos - (20) 
k k 2 

Con ello la ecuación (19) se transforma en 

Consideremos la integral 

Il - I (O e . - 8 . O) TI• ds ,J ,J J av 
(22) 

A 

donde 8 es un campo auxiliar arbitrario al que 
impondremos el requisito de que 

8 ,jj - o (23) 

Aplicando a la integral (22) el teorema 
de Gauss generalizado resuta 

A 

e 'j - e 'j e) nj ds -

(24) 

Esta expresión constituye una integral 
invariante para el campo de temperaturas. 

Del mismo modo, para aislar el parámetro 
e, consideremos 

~ac ~ac ~ ~ 
e-e+ - N- ( - adA1cos - + Dsen - )rl/2 (25) 

k k 2 2 

con lo que la ecuación (19) se transforma en 

e,rr-g2 (26) 

Y análogamente al caso anteiror, se 
puede establecer la siguiente identidad in
tegral 

r, - J < ' ' , J - ' , J 

av 

;, nj d' - J g2 8 dV (27) 

V 

Las expresiones (24) y (27) pueden 
aplicarse para la obtención de los parámetros 

incógnita C y D como funciones del tiempo 
durante el proceso de propagación. 
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Resumen.- El uso de elementos finitos singulares en problemas de 
mecánica de fractura elástica lineal ha sido objeto de una exhaustiva 
investigación en los últimos años, ya que en este tipo de problemas 
interesa conocer con exactitud los denominados factores de 
intensificación de tensiones. Algunos de los elementos finitos 
singulares modelizan la singularidad mediante un cambio en la posición 
de los nodos de los elementos isoparamétricos cuadrático ó cúbico. Por 
ello es una vía muy popular. 

En esta comunicación presentamos una forma simple de construir nuevos 
elementos finitos singulares y de transición de alto orden. Estos 
nuecos elementos finitos emplean la aproximación concreta (r-%) de 
la singularidad que aparece en los problemas de mecánica de fractura 
elástica lineal. 

Abstract.- The use of singular fini te elements in linear elastic 
fracture analysis has become a topic of extensive investigation in 
recent years, because in these types of applications one is interested 
in determining the stress intensity factors. Some of these singular 
finite elements model the appropiate singularity by rearrangement of 
the nodal points of a conventional isoparametric quadratic or cubic 
fin! te element. It is therefore easy to implement in a large number of 
existing finite element codes. 

In the present paper, certain simple ways of constructing new singular 
and transition higher order finite elements are given. These new finite 
elements model the appropiate singularity (r-%) at the crack. tip in 
linear elastic fracture problems. 

1. IliTRODUCCIOH 

En esta comunicación se considera el 
tratamiento mediante el método elemen
tos finitos de las singularidades que 
concurren en la mecánica de la fractura 
elástica lineal. 

El error introducido en la aproximación 
uh mediante el M.E.F. de la solu
ción real u se produce en todos los 
problemas viniendo dado en general por: 

p 
llell=llu-u 11! eh 

h 
p>O ( 1 ) 

donde e es una constante independiente 
de u y d.e uh; y h es una longitud. 
característica ligada al tamaño del 
diámetro del elemento. La constante P 
se denomina orden de convergencia. 

Cuando los valores de la solución u de 
un problema definido por una ecuación 
diferencial, o alguna de sus derivadas 
se aproxima al infinito en puntos, 
líneas o superficies de un dominio 
2, la solución se dice que posee 
una "singularidad" en dicha zona del 
dominio 2. La aproximación de singula
ridades presenta grandes dificultades 
dado que se modifica fuertemente el 
orden de convergencia p antes definido. 

Los elementos singulares constituyen 
hoy la forma más popular de tratar los 
problemas de singularidades y su desa
rrollo ha sido bastante reciente. 

Además, su relación con la mecánica de 
la fractura origina la existencia de un 
gran interés en el tema de sus aplica
ciones industriales. 
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Los elementos singulares desarrollados 
hasta el momento presente son cuadrá
ticos ó cúbicos y se utilizan en domi
nios cuyos mallados son cuadráticos ó 
cúbicos respectivamente. Es decir se 
puede aumentar el orden de la aproxi
mación en el elemento singular siempre 
que se aumente en todo el dominio. Sin 
embargo lo que interesa es aumentar el 
orden de la aproximación solamente en 
el elemento singular, y dentro de éste 
solamente en las direcciones radiales, 
que salen del punto singular. 

Por ello en esta comunicación utiliza
remos unos nuevos elementos singulares 
que presentan dos características 
novedosas: 

1) Se puede aumentar tanto como se 
desee el orden de la aproximación en la 
dirección radial. 

2) Son compatibles con los elementos de 
bajo orden (elementos triangular lineal 
ó cuadrilateral bilineal) en el resto 
del mallado. 

Se comprobará que la aproximac1on que 
se realiza de la singularidad es de la 
-forma adecuada (r-~) en problemas 
de mecánica elástica lineal. 

2. HUEVOS ELEKEHTOS SINGULARES 

Los elementos desarrollados por Barsoum 
[1] y Henshell y Shaw [2] se utilizan 
en dominios cuyo mallado se realiza con 
elementos cuadráticos. Siguiendo la 
misma técnica Pu, Hussain y Lorensen 
[13] desarrollaron unos elementos 
singulares cúbicos con nodos a "1/9" y 
a "4/9" de los lados que con-fluyen en 
el punto singular. Dichos elementos se 
utilizan en dominios cuyo mallado se 
realiza mediante elementos cúbicos. Es 
decir se pueden generar elementos 
singulares de alto orden pero siempre 
aumentando el orden de la aproximación 
unii'ormemen te en todo el mallado. 

Sin embargo y de acuerdo con los 
estudios de error local realizados por 
Schatz y Wahlbin [4] se experimenta un 
aumento sustancial en el orden de 
convergencia cuando vamos desde el 
elemento mas cercano al punto singular 
al elemento adyacente. 

Es decir el error cometido al 
aproximar un problema que contiene una 
singularidad es un error localizado en 
el entorno de dicha singularidad. 

Además de acuerdo con la estimación [5] 
de Babusk.a y Dorr se obtiene una dismi-
nución del error global al aumentar el 
orden del polinomio completo, de apro
ximación de la -función. 

Por ello en esta comunicación uti
lizaremos unos elementos singulares que 
con las mismas propiedades que los uti-

!izados anteriormente por Barsoum [1), 
. Henshell y Shaw [21 y Pu, Hussain y 
Lorensen [3] permiten que en el mallado 
de la zona no singular se utilizen 
elementos -finitos lineales y bilineales 

Estos elementos se basan en los de 
Lagrange de 2 x p, donde P=3,4,5,.. en 
los que colapsando el lado situado en 
(>.=0) y moviendo los nodos intermedios 
se obtienen los elementos singulares. 
(Ver -figura 1y2). 

y 

X 
~-6 

Fig. 1. -Elemento de Lagrange de 2 x 3 
con un lado colapsado. Punto singular 
en 1-6. 

y 

i-8 
Fig. 2. -Elemento de Lagrange de 2 x 4 
con un lado colapsado. Punto singular 
en 1-8. 
Como puede verse en las Figuras 1 y 2 
el resto del dominio será compa tibie en 
la inter-fase (3-4) ó (4-5) con el 
elemento singular por lo que se pueden 
utilizar los elementos -finitos lineales 
y bilineales en la parte no singular 
del dominio, dado que los lados (3-4) 
ó (4-5) solo tienen dos nodos. 

3. AHALISIS DE GRADIENTES, ELEKEHTOS 
SINGULARES. 

Consideremos en primer lugar el elemen
to de Lagrange de 2 x 3 de la Figura 1 
tendremos: 

:X = o y = o 
1 1 

:X = o y = o 
6 6 

:X .25x y = .25y3 
(2) 

= 2 3 2 
:X = .25:X y = .25y 

5 4 5 4 
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en ese caso se tiene, ver Gavete y 

Herranz [6): 

2 2 2 
X (A,¡.¡.) =a A +a A 1J. =A (a +a J.L) 

4 6 4 6 

2 2 2 
Y (A ,¡.¡.)=Y A +y A 1J. =A (y +y 1J.) 

4 6 4 6 

( 3) 

por lo que (4) 

Para ¡.¡. =cte tga = cte 
La aproximación de E 11 viene dada 
por: 

[
ax ay ay ax] 3 

JJ 1 = -x---x- =2A [Y a -a y J 
a>. o¡.¡. o>. OIJ. 6 4 6 4 

E = [rl3 +213 >.+13 1J.+213 AIJ. ]y A 
2

-
11 L 2 4 5 6 6 

= 

h·• .··•e '].,[y .·Y"']]· 
1 

3 
2A [y a -a y ] 

6 4 6 4 

= 

2 
A +A A+A IJ.+A AIJ,+A A 

1 2 3 4 5 

2 
CA 

( 5) 

(6) 

( 7) 

Si IJ.=cte a lo largo de una linea 
radial , cuando r ~ o, se tiene : 

1 1 
E = D -+ D --+ D 

11 1 r 2 % 3 
r 

analogamente 

1 1 
E = D'- + D' --+ D' 

22 1 r 2 K 3 
r 

1 1 
E = D" -+ D" --+ D" 

12 1 r 2 % 3 
r 

En el caso particular en que 
d.esplazamien tos en los puntos 1 
coincidan I'J3 = o 

( 8) 

(9) 

( 10) 

los 
y 6 

En ese caso E 11 a lo largo de una 
línea radial cuando r ~ O 

1 
E =D --+D 

11 2 % 3 
( 11) 

r 

1 
E = D' --+ D' (12) 

22 2 % 3 
r 
1 

E = D" -- + D" (13) 
12 2 %- 3 

r 

Del mismo modo para otros elementos 
singulares 2x4, 2x5, etc. con una ade
cuada posición de los nodos de acuerdo 
con [ 6] se obtienen resultados simila
res y en el caso de que los desplaza
mientos de los nodos 'del punto sin
gular coincidan se anula el término en 
1/r. 

4.NUEVOS ELEMENTOS DE 
ANALISIS DE GRADIENTES . 

TRANSICION . 

Una variante del método de los 
elementos isoparamétricos degenerados 
consiste en el empleo de elementos de 
transición entre el elemento singular y 
los elementos normales de la red. En 
dichos elementos de transición los 
nodos situados en los puntos medios de 
los lados del elemento se desplazan 
a posiciones intermedias entre 1/2 y 
1/4 de modo que la singularidad tenga 
lugar fuera del elemento y sea precisa
mente en el nodo elegido del elemento 
degenerado contiguo. Esta técnica fue 
introducida por Lynn e Ingraffea [7] 
y diversos resultados sobre la mejora 
de la aproximación debida a dichos 
elementos se presenta en Hichavila y 
Gavete [8]. 

Utilizaremos como elemento de transi
ción un elemento isoparamétrico de 
Lagrange de 2x 3, ver figura 1 , que es 
compatible en su frontera con los ele
mentos singulares definidos en [6) y 
con los elementos finitos estandar 
triangular lineal y cuadrilateral 
bilineal. Realizamos un estudio de la 
aproximación de gradientes en el 
elemento como el propuesto por Thompson 
y Whi teman [ 9] para otros elementos 
singulares y no singulares. 

En este caso el punto singular 
(situado en el origen de coordenadas 
del espacio fisico x-y) se encuentra 
fuera del elemento a estudiar. 

Vamos a imponer unas restricciones 
geométricas al elemento de transición. 

El elemento debe ser cuadrilateral, de 
lados rectos , con los lados 1-6 y 3-4 
perpendiculares al 1-2-3 que además se 
encuentra sobre el eje x. El elemento 
no puede degenerar a un triangulo. La 
ordenada del nodo 4 será mayor que la 
d.el 6. 

En la figura 3 hemos reflejado los d.os 
elementos S, singular (0 es el punto 
singular ) y T , transición . 
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y 

Fig. 3.- Elementos 
Transición . 

Singular y de 

De acuerdo con 
singular 

[6], en el elemento 

2 
X :0.25 X A 

i 1 

En el elemento T tendremos: 

con >. se obtiene >.' correspondiente al 

punto 2, >.'=0.5(>.-2)+2 de tal forma que 

2 
X :0.25 X }.' 

2 1 
( 14) 

Lo expresado para la dirección x es 
Válido para cualquier dirección radial 
r sustituyendo xi por ri. 

Elegimos unas constantes D y L tales 
que: 

x1 =x6 =D[x3-x1] y =D[y -y ] 
6 4 6 

X :x :Lx +(1-L)x (3) y :Ly +(1-L)y 
2 5 3 1 5 4 6 

Y =Y =Y =O 
1 2 3 

Con las restricciones anteriores 
a =O a :O a :O y de acuerdo con 

3 5 6 

2 
X(A,U)=a +a >.+a>. = 

1 2 4 

Y como y =Y =Y =0, se tiene 
1 2 4 

2 
Y(>. ,u) =Y U+Y _u>.+y >. U = 

3 5 6 

(15) 

[10] 

( 17) 

Como (18) 

Si u =cte, eso origina que e =cte y a lo 
largo de una linea radial u =cte • 

A continuación calculamos la aproxima
ción de la deformación en el elemento 
en el sentido radial, que denominaremos 
Err· 

oRC>..u> auc>.,u> ovc>..u> 
E - = osa+ ene= 
rr or ar ar 

[~os9+ ~ene] cose+ [~osa+ ~ene]sene ax oy ax oy 

(19) 

ou au 
--cose+ --sena= 
ox ay 

[
cosa [ou. ay_ au. ay]+ sena [au. ax _ au. ax]] . 

a>. ou au o>. all a>. a>. au 

(20) 

Pero de (16) ax¡au=O y sustituyendo 

ou ay au ay au ox ox ay 
[ [ ] ][ ]

-1 

cosa d"A·a¡;:--a"jlii·;;- +sena. all "d"A d"A·a¡;:-

a u 
o>. 

13 + 213 >.+13 JJ.+ 213 >.u 
2 4 5 6 

---=------------------=C+-------

a u 
o u 

0: +2a >. a +2a >. 
2 4 2 4 

2 
13 +13 >.+13 >. 

3 5 6 --------=-----------------------0][ oy 
a>. all 

ro: +2a >.] [Y +y A+Y >. 
2
] 

!.:2 4 3 5 6 

( 21) 

(22) 

(23) 

r =[x2+y2 r = [[x3 -x1] 2+"u 2 [y 4 -y 6] 2r 

[D+>.(2L-%)+>. 
2
(%-L)] = c

1 
[D%+(%-L)%>.]

2 

es decir 

(24) 
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()U 
e 

()). 2 -% 
= e + - = e + e r (25) 

ax " 2 - r 
()). 

Esta será la :forma de la singularidad 
ax ay 

siempre que --5en9 =--cose para que se 
()). a>. 

anule el resto de la expresión de E 
rr 

que se anula si 
u y4-y6 

tg&:-.---
2 x -x 

3 1 

expres1on que ya obtuvimos anteriormen
te en (18) por lo que dicha expresión 
se cumple. Analogos resultados se 
obtienen para otros elementos de 
transición de 2x4, 2x5, etc. 

5. RESULTADOS HUHERICOS 

Consideremos el problema A [u (x ,y) l =O 
en Q (Fig. 3) 

a u 
= o en BC (26) 

ay 

" (1 u = p sen 
2 

en el resto del dominio . 

Existe un punto singular e en el centro 
del modelo (origen de coordenadas). La 
solución analítica del problema viene 
dada por: 

" (1 u = p sen 
2 

(27) 

La singularidad que aparece al calcular 
los gradientes cercanos al punto 
singular en la dirección radial es del 
tipo : -" p (28) 

Por tanto podemos emplear los elementos 
singulares y de transición introducidos 
en [6] [10]. 

6 

'1 

B e A 
X 

J2 

'~ 

Fig. 4.-Dominio objeto de estudio. 

" 

" 

L 

Fig. 5.- Modelización del problema. 

En la figura 5 puede verse el modelo 
realizado utilizando solo 12 elementos 
finitos de los cuales 4 son elementos 
singulares y los 4 de la siguiente 
rebanada pueden ser elementos de 
transición o bien elementos normales. 

El resto del modelo esta compuesto por 
elementos cuadrilaterales bilineales de 
4 nodos. 

Se han realizado diferentes modelos con 
la forma de la figura 5 pero combinando 
distintos elementos singulares de 6, 8 
y 10 nodos con elementos de transición 
de 6, 8 y 10 nodos y variando en algun 
caso el orden de integración numérica. 

lll 
QJ .... 
¡:: 
QJ .... 
'ti 
t'll 
~ 
o 

Singular 6, Transición 6 nodos 
Tamctc 1/10 

5~----------------, 

4.6 

4 

.u 

J 

~ 

z 

1.6 

o 118 

D SIL IPIQ(, DJ.2lQ 

Fig. 6 

En las curvas de las :figuras 6, 7 y 8 
pueden verse los resultados obtenidos 
para el cálculo del gradiente en la 
dirección radial x = O (ver :figura 4) 
empleando elementos singulares de 6, 8 
y 10 nodos con elementos de transición 
de 6 nodos. En las figuras 9 y 10 
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Singular 8, Tronsicion 6 nodos 
1'arrtc> 1/10 ll'ci!n lnL 213 

7 ~------------~--------------~ 

4 

3 

2 

Fig. 7 

Singular 10, Tronsici6n 6 nodos 
Tcmi\o 1/10 ll'ci!n lnL 213 

10 ,-------------------------------~ 

9 

8 

7 

ti 

6 

4 

3 

2 

o +---,----.---.---.---.---.---.---1 
o 112 Q8 

Fig. 8 

pueden verse los resultados obtenidos 
empleando elementos singulares d.e 6 
nodos con elementos de transición de 8 
y 10 nodos. Todo ello para una relación 
:fija de 1/10 entre los tamaños d.e los 
elementos singular y d.e transición. 

Como puede deducirse de las curvas d.e 
las :figuras 6 a 10 aumentar el número 
d.e nodos d.e los elementos que incorpo
ran la singularidad. en la dirección 
radial tiene un efecto mayor en los 
elementos singulares que en los de 
transición, aunque el efecto mas posi-

Singular 6, Tronsici6n 8 nodos 
TCI!IIIIo1/10 11'0.. lnl213 

Di ....... 
+ ~EXICIA 

Fig. 9 

Singular 6, Tronsici6n 10 nodos 
TCI!IIIIo1/10 ll'ci!n lnL 213 

5 .------------------------------

4b 

2 

lb 

0.5 

o 112 Q8 

Fig. 10 

ti vo se logra al combinar ambos, d. e 
modo que aumentemos simultaneamente el 
número d.e nodos de los elementos sin
gular y de transición. Ver :figuras 11 y 

.12. 

El orden de integración en la dirección 
radial es importante que vaya aumente 
al aumentar el número d.e nodos del 
elemento en la dirección radial. En la 
:figura 13 se pueden ver los resultados 
obtenidos con d.i:ferentes órdenes d.e 
integración numérica en la dirección 
radial (líneas radiales que parten del 
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Singular 8, Transición 8 nodos 
Tamcto 1/10 

7 ~-------------------------------. 

6 

6 

J 

2 

o +---,----.---.---r--~---.---.--~ 
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o Sil.. 11'10(, aJ.2X2 
o Sil.. 11'10(. OJ.2XJ 

10 
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1:/l 
Q.l .... 

6 ¡:: 
Q.l 
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fl2 

Fig. 11 

0.4 D.6 

llilianci:s 
+ ~EX.ICTA 

A Sil.. 11'10(. OJ.2)(4 

Singular 10, Transición 10 nodos 

Tamcto 1/10 

fl2 0.4 

lli.tanci:s 
+ ~EX.ICTA 

& Sil.. 11'10(, OJ.2)(6 

Fig. 12 

0.8 

0.8 

punto singular) para elementos singu
lares y de transición de 10 nodos. 

Evidentemente en este caso el orden de 
integración 2x2 nos lleva a resultados 
erróneos, sin embargo para órdenes de 
integración 2x3, 2x4 y 2x5 los resul
tados son aceptables. 

6. CONCLUSIONES 

Se han introducido unos nuevos elemen
tos singulares y de transición que pre
sentan una serie de ventajas sobre los 
ya conocidos y que pueden resumirse 
como sigue: 

18 

16 

H 

12 

1:/l 10 
Q.l .... e ¡:: 
Q.l 

6 ""' 'ti 
tll 

"" C!l 

o 

-2 

-4 

-fi 

o 

Singular 1 O. Transición 10 nodos 

Tamcto 1/10 

fl2 0.4 

llillanci:s 
O Sil.. II'R!)(. OJ.2XJ + ~ EX.ICTA 6 Sil.. II'R!)(. 0J.2)(4 

A !D.. II'R!)(, 0J.2)(6 X !D.. 11'10(, 0J.2X2 

Fig. 13 

0.6 

1. Son compatibles en la interfase con 
elementos estandar como el triangular 
de tres nodos y el cuadrangular de 4 
nodos. 

2. Se puede aumentar el grado de la 
aproximación en la dirección radial 
(con centro en el punto singular) tanto 
como se quiera sin alterar el resto del 
mallado del dominio. Para ello basta 
con ir aumentando el orden p del ele
mento de Lagrange de 2 x p. 

La aproximación obtenida para los gra
dientes en los elementos singulares y 
de transición es similar a la obtenida 
en los elementos cuadráticos ó cúbicos 
de Serendipity correspondien-tes y que 
eran conocidos y utilizados hasta ahora 

Sin embargo los nuevos elementos solo 
aumentan muy ligeramente el número 
total de nodos del modelo, de ahí su 
ventaja para realizar cálculos muy 
exactos en el entorno de puntos singu
lares sin neces~dad de emplear elemen
tos de alto orden en el resto del 
modelo. 
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ANALISIS DE SINGULARIDADES EIASTICAS EN ENTALLAS ANGULARES BAJO CARGA ANTIPLANA 
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* Escuela Superior de Ingenieros Industriales, Urdaneta, 7 
20006 San Sebastíán 
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Apartado 1555, 20080 San Sebastíán 

Resumen.- Se ha resuelto el problema antíplano en elasticidad para estructuras con entallas 
angulares, tanto en régimen estático como dinámico. El problema de una grieta sometida a 
carga en modo III se reduce a un caso particular de la formulación general. Los campos 
singulares de tensiones se obtienen resolviendo las ecuaciones de la elasticidad mediante 
funciones de Airy. Para la aplicación numérica de estos resultados se han utilizado dos 
alternativas de análisis basadas en el M.E.F. La primera consiste en la definición de un 
elemento especial con interpolación global-local que incorpora la solución teórica al 
análisis de la zona singular. El segundo método se basa en la formulación de una integral 
independiente del contorno con la ayuda de campos auxiliares de tensiones y desplazamientos. 

Abstract.- The problem of a sharp angular notch in statíc and dynamíc elasticity ís solved 
for antíplane deformation. Crack problems under mode III loading can be regarded as 
particular cases of the general formulatíon. The theoretícal singular stress fields are ob
tained usíng the Airy stress function representatíon of the solutíon. Two dífferent techni
ques based on the Fíníte Element Hethod are used in the numerícal computations. Fírstly, a 
special element wíth global-local interpolatíon accountíng for the singular stresses ís 
defined, and secondly, a path-índependent integral based on a recíprocal theorem is 
developed. 

l. INTRODUCCION En este artículo, 
resuelven mediante la 

estos problemas se 
aplicación de dos 

El análisis de estructuras con 
singularidades originadas por entallas o 
grietas ha sido objeto de considerable aten
ción en la teoría de la Elasticidad [1-3]. 
Debido a su gran complejidad matemática, las 
soluciones analíticas tienen una aplicación 
muy restringida, especialmente en el caso de 
cuerpos finí tos. Por ello, en la práctica es 
necesario recurrir a técnicas numéricas que 
son aplicables para un amplío rango de 
geometrías y condiciones de carga. 

Sin embargo, la aplicación directa de 
los métodos convencionales, como el MEF, en el 
análisis de estados singulares de deformación 
conlleva problemas originados por el gran 
refinamiento requerido en la díscretízación y 
las dificultades en la determinación de los 
factores de intensidad de tensión. 

técnicas numéricas, basadas en el MEF, que 
tienen en cuenta los campos singulares de 
tensiones característicos de la vecindad de la 
punta de la entalla. La forma de esta solución 
singular se obtiene analíticamente en base a 
una función de tensiones de Airy para el caso 
de deformación antiplana. 

2. SOLUCION ANALITICA 

En ausencia de fuerzas de volumen, la 
ecuación de equilibrio estático en un problema 
antíplano se expresa de la forma 

+ + - o ( 1) 
ar ar 

donde r, e son coordenadas polares en el plano 
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de la estructura y z es perpendicular a dicho 
plano. 

Definamos las tensiones en la forma 

1 as 
Uzr - r aO 

as 
(Jze - - ar 

(2) 

donde la función S(r,O) puede interpretarse 
como una función de Airy para el problema 
antiplano, de manera que las tensiones (2) 
satisfacen idénticamente la ecuación de equi
librio. 

Por otra parte, las ecuaciones de com
patibilidad se expresan 

- ~ [ ~ 
ar r 

1 a 
r ae 

a e 
(3) 

~ a e zr ] _ 1 

r ae ;2 a e - o 

Es fácil demostrar que las ecuaciones 
(3) expresadas en términos de S equivalen a la 
condición ~2s-cte. 

Sea S de la forma 

(4) 

La solución general que produce 
singularidad en las tensiones es 

S - rA (A cosA8 + B senA8) (S) 

Eligiendo (r,8) según se indica en la 
Fig. 1, las condiciones de contorno se ex
presan de la forma 

(6) 

y utilizando las ecuaciones (2) y (S) resulta 

n1f 
A - O A - (7) 

Entre los valores de A solución del pro
blema, el único que produce singul~ridad en 
tensiones, pero no en desplazamientos, es A -

'K//3. 

En consecuencia, las tensiones y 

desplazamientos se expresan por 

B A 
u - - r COSA8 z G 

A-1 uzO - - B A r senAB (8) 

B ' rA-l COSA8 0zr - " 
donde G es el módulo de cortadura. 

El problema límite de fractura se 
resuelvé como un caso particular con f3 - 21f y 
A - 1/2, de donde 

B 
u - - r 112 cos8/2 

z G 
(9) 

que concuerda con la expresLon clásica de la 
mecánica lineal de la fractura [1-3] para 

(lO) 

En el problema dinámico, la ecuación del 
movimiento se expresa por 

auzr 1 auz8 auzr 
--+ + - p üz 

ar r a o ar 
(11) 

Admitiendo que los campos singulares 
mantienen su forma (8), la aceleración es 

G 
(12) 

y la singularidad del primer miembro de (11), 
rA- 2 ,no se ve afectada por el segundo miembro. 
Por tanto el estudio dinámico consiste en el 
cálculo de la variación en el tiempo del 
parámetro B. 

3. TECNICAS NUMERICAS 

La primera de las técnicas numéricas de 
análisis se basa en el empleo de elementos 
finitos especiales con formulación global
local, introduciendo los campos singulares de 
la zona próxima a la punta de la entalla en la 
interpolación del elemento. De esta forma, en 
los elementos especiales el desplazamiento uz 
se expresa como 

(13) 

donde Nj son las funcione~ de forma, d4 los 
desplazamientos nodales y Fj los valores de F 
en los nudos, siendo 

F- ces A8 (14) 
G 

Para asegurar la compatibilidad de 
desaplazamientos, se definen unos elementos de 
transición, en los que el desplazamiento se 
expresa 

(lS) 

Hay que hacer notar que el hecho de 
emplear unos elementos con una formulación 
propia implica que tanto las matrices de 
rigidez como de masas han de evaluarse también 
de forma especial. 
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El segundo método se basa en el empleo 
de integrales independientes del contorno. Las 
integrales utilizadas responden a la 
formulación desarrollada por Atkinson, Bastero 
y Martínez Esnaola [4]. Considérese la 
siguiente integral de línea 

(16) 

donde nj es ..,el vec ... tor normal exterior al con
torno C, y uij y u 1 son campos auxiliares de 
tensiones y desplazamientos que deben cumplir 

... 
uij - >. 6ij ur,r +P. (ui,j + uj ,i) 

(17) 
o 

Eligiendo un contorno C como el indicado 
en la Fig. 2 y aplicando el teorema de Gauss 
se obtiene la identidad 

dl - J (Ti ~i 
r 

(18) 

En un problema antiplano, los únicos 

desplazamientos y tracciones son uz y Tz. En 

cuanto a los campos auxiliares, si se toman 

las expresiones obtenidas para las 

proximidades de la punta de la entall~ corres

pondientes al valor propio ->., la integral 

sobre r* está acotada y puede evaluarse 

analíticamente, siendo su valor 

A - (19) 
G 

La integral A puede interpretarse corno 
un parámetro que caracteriza el estado 
singular de deformación del material en las 
proximidades de la punta de la entalla. Puede 
calcularse numéricamente a través de una in
tegral de línea a lo largo de un contorno 
alejado de la zona singular r y una integral 
sobre el área encerrada por dicho contorno L. 
Esta técnica puede aplicarse corno un post
proceso de los resultados obtenidos utilizando 
elementos isopararnétricos "standard" en la 
discretización. 

Nótese, por último, que la integral A se 
reduce a una integral de línea en problemas 
estáticos. 

4. EJEMPLOS NUMERICOS 

Se han considerado dos estructuras 
diferentes. La primera representa el caso 
límite de fractura.y la segunda contiene una 
entalla con p-300 2 • La Fig. 3 muestra la 
geometría del primer ejemplo, similar a la 
estudiada por Aoki et al. [S]. Debido a la 
simetría sólo se ha considerado un cuarto de 
la estructura en los cálculos numéricos. La 
geometría del segundo caso se contempla en la 
Fig. 4. Por simetría sólo se ha discretizado 
la parte superior . 

Para ambos ejemplos, el material tiene 
por constantes p-24SO Kgjm3 , G-2.94 1010 N/m2 
y la estructura se considera cargada con una 
cortadura antiplana en las caras superior e 
inferior. Para los análisis dinámicos, se ha 
supuesto que la cortadura obedece a una fun
ción escalón de Heaviside. 

Los resultados del primer ejemplo se 
muestran en la Fig. S en la que se representan 
los valores obtenidos para K111 utilizando 
elementos especiales e integrales invariantes. 
A efectos de comparación se presentan también 
los resultados obtenidos por Aoki et al. [S]. 
La independencia de las integrales respecto 
del contorno de integración se ha comprobado 
numéricamente, obteniéndose diferencias 
siempre inferiores al 1%. 

Puede observarse que K111 alcanza el 
valor estático en t = 7¡.¡.s y presenta un max~rno 
en t = l3¡.¡.s que supera el doble del valor 
estático. 

Con respecto al segundo ejemplo, P-300 2 , 

se ha realizado un análisis similar y los 
resultados obtenidos para el parámetro B se 
muestran en la Fig.6. En este ejemplo, los 
valores para diferentes contornos difieren 
también menos del 1%. El valor estático se al
canza en t = 32¡.¡.s y el máximo en t = 82¡.¡.s que 
supera el doble del valor estático. 

S. CONCUJSIONES 

Las técnicas presentadas permiten 
determinar el estado singular de deformación 
en la vecindad de la punta de entallas 
angulares planas bajo cargas antiplanas en 
medios elásticos. Se han seguido dos métodos 
de análisis basados en el M.E.F. El primero 
emplea formulación global-local para la 

definición de integrales independientes del 
contorno con ayuda de campos auxiliares. En 
ambos planteamientos, el problema de fractura 
se resuelve como un caso particular de la 
formulación general. 
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Los elementos especiales dan lugar a 
resultados más precisos que las integrales, 
aunque exigen una implementación especial, 
mientras que las integrales son en realidad un 
postproceso de resultados obtenidos con un 
código standard de elementos finitos. 

Se han presentado ejemplos tanto para el 
caso estático como dinámico y se ha probado 
numéricamente la independencia de las in
tegrales respecto del contorno. 
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Fig. l.- Definición de las coordenadas 
polares para la entalla. 

Fig. 2.- Contorno de integración 
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Fig. 4.- Geometría de la entalla y mallado de. 
elementos finitos 
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Resumen.- En el presente trabajo se utiliza la formulación dinámica paso a 
paso del Método de los Elementos de Contorno con una evolución temporal de las 
variables de contorno de tipo lineal a trozos para los desplazamientos y 
constante a trozos para las tracciones. La evolución espacial de ambos es de 
tipo parabólico. Se introduce además, un elemento singular en el vértice de la 
grieta. Se resuelve un problema de una placa con una grieta en su interior y 
se compara la evolución temporal del factor de intensidad de tensión K1 
calculado, con resultados de otros autores. Se muestra como el resultado 
obtenido es muy preciso y como el procedimiento empleado muestra poca 
dependencia de la discretización espacial y temporal. 

Abstract.- This paper presenta the step by step dynamic formulation of the 
Boundary Element Method in combination with a piecewise constant time 
variation of the boundary tractions and a piecewise linear time variation of 
the boundary displacements. Ouadratic spatial variation along the boundary 
elements is assumed for both tractions and displacements. A singular element 
is assumed at the crack tips. The problem of a cracked plate is solved and the 
stress intensity factor K1 is plotted versus time. The resulta are comparad 
with those obtained by other authors. The obtained resulta are very accurate 
and the approach shows very little dependenoy on the boundary and time 
discretization. 
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l. INTRODUCCION. 

El cálculo de los factores de intensidad de 
tensión (F.I.T.) constituye uno de los 
objetivos más importantes de un buen número 
de investigaciones dentro de la mecánica de. 
la fractura. En el caso dinámico, el problema 
ha sido estudiado con profusión en los 
últimos afíos. Quizás el primer trabajo 
importante dentro de este campo es el 
presentado por De Hoop [1) en 1959, referente 
al análisis de una grieta semiinfinita sujeta 
a una presión con variación temporal en forma 
de escalón. En el caso de carga armónica 
pueden citarse como más importantes, en los 
comienzos, los trabajos de Sih y Loeber [2) y 
Mal [3). Más recientemente y también 
referentes a excitaciones armónicas deben 
destacarse los trabajos de Achenbach y sus 
colaboradores [4, 5, y 6). Por otra parte, 
Thau y Lu [7] y Sih et al. [8) estudiaron 
F. I. T. dinámicos ante solicitaciones de tipo 
transitorio. 

Todos los trabajos citados hasta este punto 
se refieren a medios infinitos o 
semiinfinitos e incluyen la evaluación 
numérica de algunas integrales o la 
resolución, también numérica, de ecuaciones 
integrales. Cuando el dominio a estudiar es 
finito, el problema del cálculo de F.I.T. 
dinámicos ha sido abordado mediante métodos 
numéricos que conllevan la discretización del 
dominio. Chen [9) estudió, mediante 
diferencias finitas, el caso de una placa 
cuadrada con una grieta centrada y sujeta a 
una tracción uniforme con variación temporal 
de tipo escalón. Otros autores han empleado 
más recientemente elementos finitos [10,11, y 
12). El uso del Método de los Elementos de 
Contorno (M.E.C.) para este tipo de problemas 
parece especialmente adecuado ya que 
representa muy bien las concentraciones de 
tensión y no hace uso de ninguna 
discretización del dominio, con lo cual 
pueden evitarse alteraciones de las ondas 
elásticas a través del dominio, debidas a 
restricciones de los movimientos y tensiones. 
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El K.E.C. ha sido empleado en diversas 
ocasiones para el cAlculo de F.I.T. estAticos 
[13]. En particular Blandford et al. [14] y 
Kartinez y Dominguez [15] emplearon un 
elemento singular que produjo resultados muy 
precisos y fiables. En la presente 
comunicación se va a utilizar el mismo tipo 
de elemento singular de [15] pero dentro de 
un análisis dinámico en el dominio del tiempo 
para poder determinar la evolución temporal 
de los F. I. T. originados por cargas de tipo 
transitorio. Se hace uso de la formulación 
paso a paso del K.E.C., presentada por Mansur 
[16] y extendida por Antes [17], suponiendo, 
como estos autores una evolución temporal de 
las variables en el contorno de tipo 
constante a trozos, para las tensiones, y 
lineales a trozos, para los movimientos. Por 
primera vez, en lo que los autores conocen y 
en combinación con la evolución temporal 
indicada, se supone una evolución espacial de 
las variables sobre los elementos de contorno 
de tipo cuadrAtico. 

AdamAs se introduce el uso de un elemento 
singular en los vértices de grieta en 
combinación con la formulación paso a paso 
del M.E.C .. Los detalles sobre la formulación 
general e implementación numérica del M. E. C. 
pueden encontrarse, por ejemplo, en el libro 
de Brebbia y Dominguez [18]. 

El tipo de elemento singular que se emplea en 
esta comunicación ha sido utilizado por 
Dominguez y Chirino [19], dentro de la 
formulación del M. E. C. en el dominio de la 
frecuencia, para calcular F.I.T. dinAmicos 
correspondientes a cargas de tipo armónico y, 
en algún caso, en régimen transitorio, 
mediante la transformada de Fourier. 

2. ECUACIONES BASICAS DEL MEC EN EL DOMINIO 
DEL TIEMPO. 

La representación integral para un punto del 
contorno de un cuerpo puede ser escrita en la 
forma [20]: 

(1) 

donde "*" indica producto de convolución, el 
subindice "o" condiciones iniciales, T1j y U1j 

son los tensores de tracciones y 
desplazamientos debidos a un impulso unidad 
en el medio infinito; uj y pj son los 
desplazamientos y tracciones sobre el 
contorno, respectivamente; bj las fuerzas por 

unidad de volUlllen, y c 1j un tensor que depende 
· de la geometria del contorno en el punto cuya 

ecuación se escribe, siendo: .o1 j = 6
1
j cuando 

el contorno es suave en el punto. 

La respuesta del medio plano infinito ante 

una carga del tipo bj = 61j 6(t - 't) 6(x - t ) 
ubicada en el punto~ es [20]: 

( • ) (1) ( • ) (2) _Ji) -12) 
= H c1t -r g1j + H c2t -r g1j= Uj_j + Uj_j (2) 

En el caso de fuerzas de volumen y 
condiciones iniciales nulas, la ecuación ( 1) 
se transforma en: 

(3) 

Las derivadas espaciales de la uij dada por la 
ecuación (2) dan lugar a un producto de 
funciones singulares que sólo puede ser 
integrado despues de una transformación que 
relaciona las derivadas espaciales y las 
temporales [16, 17]. De ese modo la ecuación 
(3) se transforma en 

donde 

2 

P ~ H(cat '-r{ (c~-2c~)6jk ( gt>,l - :: ~g~>)+ 

+c2( r:l'"l - r ,k ..!_g(a) + g(a) ~ ..!g<«>)]n -2\ 1j,t O. cl't ij lk,j - Ca cl't 1k r 
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.. zW + z'fl (4) 

2 

J 1j = p L ; [ (a~-2a~) ~jk r ,1 ~ + 
a-1 IX 

a~ ( r ,k tffj + r ,j tf: ) ] nk = 

- J(1) + J(2) 
- ij lj 

El limite superior t• se usa para evitar 
terminar la integración en el pico de una 
función 6. 

2. IMPLEMENTACION NUMERICA 

I.os desplazamientos y tracciones se aproximan 
mediante funciones de interpolación en la 
forma 

u:l = L L 'q (r) TJm (t) ujl 
q m 

Pj = L L "fq (r) p.• (t) pjl 
q m 

(5) 

donde q indica el nodo del contorno y m el 
paso de tiempo. 

Las interpolaciones temporales se suponen: 
u• (t) constante y ~ (t) lineal, en cada paso. 

Las interpolaciones espaciales 'q (r) y ~ (r) 
se suponen de tipo cuadrático, salvo en los 
elementos singulares. 

La ecuación ( 4) despues de las 
interpolaciones, toma la forma: 

-[ L, [ (<z., ~·- J., ~· )dtl •' •+;" 
(6) 

donde O es el número total de nodos y M el de 
pasos de tiempo hasta t. 

La primera integral de ( 6) puede escribirse 
0011110 

+ + r· m r· (1) (2) > • 
1;._

1
U1j p. d't = ~1 < uij + uij P. d't = 

- tf. (1) + tf. (2) (7) 
- lj lj 

Mediante integración anal1tioa se obtiene 

para t = tn • t. e tm y 'tm-1 = tm - ll.t 

2~ { r-
2 (% ~ij- r,1r,j)(-1)cx 

[ (tn-t11+ll.t) -J (tn-tm+ll.t)
2 

- (r 1 c11)
2 

(tn-tm+ll.t) + -J (tn-tm+ll.t)
2 

- (r 1 c11¡2 

tn- t 11 + -J (tn-t.,/- (r/c11)
2 

cuando (tn- t.) > rlccx 

2~ { r-
2 (% ~1rr ,1r ,j) (-1)

11 

[ (tn-tm+ll.t) -J (tn-tm+ll.t)
2 

- (r 1 acx)
2

] 

O cuando (tn - t 11 + ll.t) < r/acx (8) 

La segunda integral de ( 6) puede también 
escribirse en forma similar como 

+ 
r"m (Z .,JIA • m ) mili (1) mili (2) 
1;._1 1:1 11 - Jij 11 dt = ltj + .11j (9) 
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e integrarla teniendo en cuenta 

cuando \¡..1 :S t :S 'fm 

r,• = 
lmt1 - t 

At cuando 1m :S t s 'fmt1 (10) 

' o en los demas casos 

PAra obtener la siguiente expresión 

donde 

y 

r si n - m + p > 
o« At 

O en los demas casos 

(12) 

a~~r) = 2~ r,1 r,:J r,t +(o~- 2o~) r,1 ~:Jk 
(13) 

LA ecuación de elementos de contorno queda: 

(14) 

donde U1rkl y T1l!kl están dadas por ( 8) y 

(11) respectivamente. 

La integración sobre cada uno de los 
elementos de contorno de los términos de la 
ecuación ( 14) PAra cada PASO de tiempo se 
realiza numéricamente mediante cuadratura de 
Gauss, excepto en el oaso del primer instante 
de tiempo y en el propio elemento en el que 
se está calculando la solución, para el cual 
aparecen singularidades en los núcleos. En 
este caso se ca-lcula analiticamente la parte 
de cada integral correspondiente al término 
singular. 

3. ELEMENTOS SINGULARES 

La geometria, desplazamientos y tracciones en 
el caso de elementos cuadráticos son 
representadas a lo largo del elemento como: 

(15) 

donde f, ~ y qr son polinomios cuadráticos 

dependientes de la coordenada natural ~' f 1, 
representa una coordenada cartesiana, un des
plazamiento o una tracción, y f 1:l sus valores 
nodales. 

Si se toma un elemento cuadrático rectilineo 
con su nodo central colocado a un cuarto de 

la longitud a partir de uno de los extremos y 
se expresa la coordenada ~ en función de r 
definida a lo largo del elemento (figura 1}, 
la ecuación (15) se transforma en: 

siendo: 

1 f11 al= 

2 f 3 4f2 3f1 
ai = - 1 + 1 - 1 

(16) 
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3 

~1 
~--1~-o 

t..!:-
1 2 

1 

Figura 1. Elementos ouadrátioos 

3 

J 

La geometria del elemento da lugar, pues, a 
una forma de f 1 que es capaz de representar el 

comportamiento de tipo Jr de los 
desplazamientos. Para ello únicamente hay que 
hacer coincidir r a lo largo del elemento con 
r a lo largo de los labios de la grieta. 

Para evitar problemas numéricos, se hace 
pasar un contorno a lo largo de la grieta 
dividiendo as1 el dominio en estudio en 
subdominios. Se presentará pues una 
singularidad en las tracciones en el elemento 
que, partiendo del vértice de la grieta se 
adentra en el medio continuo. Esta 
singularidad que será del tipo 1/Jr, puede 
ser incluida en la representación si se hace 
uso de un elemento cuadrático de nodo a un 
ouarto con unas funciones de forma 
singulares. Para ello sólo hay que incluir un 
término del tipo 1/Jr. 

(17) 

donde p1:J son ahora los valores nodales de p1 

divididos por los valores nodales de~, 

2 
Pi /2 

l
. i fr 

- JJil Pi V t 
r-¡.0 

y la ecuación (9) en términos de r es: 

(18) 

(19) 

siendo a1i • P/ ; a12 = -p13 + 4pl-3pi1 y 
al= 2p13 - 4pi2 + 2p1i, 

En consecuencia, el elemento singular de nodo 
a un cuarto permite una representación 
correcta, tanto de los desplazamientos como 
de las tracciones. Establecida esta 
representación, los factores de intensidad de 
tensión pueden determinarse de una forma 
directa mediante el valor nodal de la 
tracción en el vértice si se toma la 
discretización de manera que el elemento 
adyacente al vértice siga un ángulo e = ()!! 

(figura 2) .. La coordenada r coincide con r y 
de la expresión de las tensiones se tiene: 

KI 
Ou = 022 = ---

~ 

Los valores en el nodo k son: 

•t 
P2 = lim P2 

r-1'0 

(20) 

(21) 

donde 1'11 eon las componentes de la normal 
unitaria. 

Tomando un sistema local de coordenadas tal 
que lli = O y 1'12 = 1, los factores de 
intensidad coincidirán con los valores 
nodales de t, salvo una constante. 

·~~: --
Kx = P2 J2n1 

(22) 



19G VI ENCUENTRO DEL GRUPO ESPAÑOL DE FRACTURA 

J'-- 1 -~--1---¡-

-ll/ ....... -VI -
k-2 

~ 
k-1 }<Hk+l }e.J , • l, 

Figura 2. Elementos adyacentes al vértice 

Los factores de intensidad de tensión K1 y K11 
pueden también calcularse utilizando los des
plazamientos a lo largo de los bordes de la 
grieta en la forma tradicional de elementos 
finitos. Si se emplean dos nodos (figura 2) 

K = _11._ f2n (4 1:-1 _ 1:-2 ) 
I (1-v) V T Uz Uz 

o si se emplea uno sólo 

- _L /2n k-1 
K¡ - (1-v) V T Uz 

(23) 

(24) 

donde JI. es el módulo de elasticidad 
transversal y u el de Poisson. De forma 
similar se calcula Kn haciendo uso de los 
desplazamientos en la dirección de la propia 
grieta. 

4 . PLACA RECTANGULAR CON GRIETA CENTRADA 

El problema que se trata a continuación ha 
sido ya utilizado como ejemplo de validación 
de diversos métodos de cálculo de F.I.T. y su 
resolución mediante diferencias finitas es 
debida a Chen [9) . Aunque la solución 
conocida fue obtenida mediante un método 
numérico, se utiliza con frecuencia como 
referencia por no disponerse de alguna otra 
más fiable. La geometria y condiciones de 
contorno del problema se presentan en la 
figura 3. Las propiedades mecánica son: 

Módulo de elasticidad 
transversal JI. = 76923 GPa 

Módulo de Poisson V= O. 3 
Densidad p = 5000 Kg/m3 

Una carga de tracción uniforme P = 0.4 GPa es 
aplicada en los extremos con una variación 
temporal en forma de escalón. 

[.. 
'( 

40mm 
t 

'1 
4- -+ 

4- -+ 

+- E -E ~u +- o -+ N 

+- -+ 
+- -+ 

Fig. 3. Placa con grieta centrada (a 
2. 4mm). 

Fig. 4. Disoretización de la geometria. 

La discretización de elementos de 
empleada se muestra en figura 4. 
disoretiza un cuarto de la placa 
simetria del problema. El paso de 

contorno 
Sólo se 
por la 
tiempo 

escogido es ~t = 0.32 Jl.s tal que las ondas P 

recorren una distancia de 2. 4 mm en un ~t. 
Los dos elementos adyacentes al vertice de la 
grieta son elementos con nodo a un cuarto o 
elementos con nodo a un cuarto y función de 
forma singular según la ecuación (17). 

En la figura 5 (a) se representa e 1 F. I. T. 
normalizado con P ( t )/na en función del 
tiempo. El valor de K1 ha sido obtenido 
directamente del valor nodal del elemento 
singular del vertice de la grieta según la 
ecuación (22). Como se puede apreciar la 
aproximación a los resultados de Chen es muy 
grande. En la figura 5(b) y 5(c) se 
representa el mismo factor K1 pero calculado 
en función de los desplazamientos a lo largo 
de los bordes según la ecuación ( 2 3) para 
5(b) y (24) para la figura 5(c). Análogamente 
se representan los valores obtenidos con las 
ecuaciones (23) y (24) en las figuras 5(d) y 
5(e} pero empleando elementos cuadráticos con 
nodo a un cuarto pero sin función de forma 
singular. Como puede apreciarse los 
resultados de 5 (a) y 5( b) son los que menos 
difieren de los de Chen. 

Todos los resultados de la figura 5 se obtu
vieron con la disoretización de la figura 4. 
La longitud relativa de los elementos 
adyacentes al vértice de la grieta respecto a 
la longitud de la misma influirá en el 
resultado obtenido. En la figura 6 se 
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representa el F.I.T. normalizado cuando los 
elementos adyacentes al vértice son de 
longitud 1 = O. 3 ·a y los siguientes de lon
gitud 1 = O. 7 ·a y el resto de la discre
tización como la del oaso anterior. Los 
resultados de la figura 6 muestran la buena 
fiabilidad del método respecto al tamafio de 
los elementos e:apleados. Para tener idea de 
esta fiabilidad, se han obtenido resultados 
con los cinco procedimientos de las figuras 
5(a) a 5(e) y diversas longitudes 1 de los 
e lamentos adyacentes al vértice. La figura 7 
11111estra la raiz cuadrada de la integral del 
cuadrado de la diferencia entre la curva del 
H.E.C. y la de Chen dividida entre el 
intervalo total de integración, para dis
tintos valores de 1/a y los cinco procedi
mientos indicados. Como cabria esperar, el 
procedimiento menos sensible a la discreti
zación es el que hace uso del valor nodal de 
p1 en el vértice (~) y los procedimientos 
menos fiables son los que hacen uso de 
elementos con nodo a un cuarto pero no 
singulares (K:wn y ~n) . Debe indicarse aqui 
que los resultados de Chen fueron obtendos 
numéricamente y que las pequefias diferencias 
existentes en la figura 5(a) no necesaria
mente son debidas a error del método 
propuesto en este articulo. 

o 
"' ltl 
N 

ltl 
E 
'-
o 
t: 

1-. 
H 

u.. 

3.5r-~~-r~~r-~~~-r~~r-T-~~_, 

3.9 

2.5 

2.B 

1.5 

l.B 

e.5 

e.e 

-e.5 

---Trabajo presente 

-- Soluc!6n de Chen 

~ 
·~ 

e 2 4 6 8 1e 12 14 

Tiempo (microseg.) 
Fig. 5(a). F.I.T. calculado con la tensión 
nodal del elemento a un cuarto singular. (1/a 
= 0•5) 

Con objeto de comparar con resultados de 
elementos finitos, se muestra en la figura 8 
el factor de intensidad de tensión K1 

normalizado que obtuvieron recientemente 
Hurti y Valliappan [12) haciendo uso de un 
elemento finito singular con nodo a un 
cuarto y una malla con una discretización en 
elementos rectangulares con el doble de nodos 
sobre el contorno que la empleada en este 
articulo, y con el miSJIIO paso de tiempo. Como 
puede verse los resultados tanto para masa 

consistente como concentrada estan aenos de 
acuerdo con los de Chen que los del presente 
articulo, además de presentar oscilaciones 
sensibles. Las curvas reproducidas aqui son 
probablemente las más suaves y precisas de 
cuantas presentan. Hurti y Valliappan que 
hacen en su articulo un estudio del 
importante efecto oscilatorio no deseado que 
presenta su solución dependiendo de la 
discretización y paso de tiempo escogido. En 
el caso del M.E.C., como se ve en las figuras 
5 y 6, estos efectos prácticamente no se 
producen. En estudios próximos se abordará 
oon mayor extensión el efecto del tamafio del 
paso escogido que si bien no da lugar a 
tantas oscilaciones como en elementos finitos 
debe ser optimizado. 
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Fig. 5(b). 
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Fig. 5(o). 
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Fig. 5(e). 

14 

5. CONCLUSICM:S. 

Se ha propuesto un procedimiento para el 
oáloulo de factores de intensidad de tensión 
haciendo uso del Método de los Elementos de 
Contorno en elementos sometidos a cargas 
dinámicas de tipo transitorio. Los factores 
dinámicos de intensidad de tensión se 
oaloulan directamente del valor nodal (en el 
vértice de la grieta) de la representación de 
las tracciones sobre un elemento ouadrAtico 
singular. 

Se ha demostrado como este procedimiento 
directo y sencillo produce resultados 
precisos en ouerpos de dimensiones finitas. 
El tipo de elemento singular empleado puede 
ser fácilmente implementado dentro de un 

Programa general de elementos de contorno con 
.elementos cuadráticos para problemas 
dinAmicos en el dominio del tiempo. 

Los resultados aqu1 presentados son menos 
sensibles a la disoretización espacial y 
temporal que los obtenidos por otros autores 
mediante elementos finitos. 
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Fig. 6. F.I.T. caloulado con la tensión nodal 
en el elemento a un cuarto singular. (1/a = 
0·3) 
...J 
a: .!!S 
Ct: 
l!J 

~ln 4J 
1-z .za 
1-1 

o 
~ls u 

1-1 
1- .1S 
a: ~2s Ct: 
¡:¡ 
a: Kt ::::l .1a u 
Ct: ~2n 
o 
Ct: 
Ct: .as 4J a.1 a.!! a.3 a.4 a.s a.li a.7 a.e a.s l. a 

l/a 
Fig. 7. Diferencia ouadrátioa integral entre 
la solución de · Chen y las obtenidas con el 
K.E.C., para diferentes valores de 1/a. 
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TRATAMIENTO DE GRIETAS EN REGIONES 
CILINDRICAS SOMETIDAS A CARGAS DINÁMICAS 

P. Pintado F.G. Benite.r. 

Depart.mento de Ingeniería Mecánica y de los Materiales 
Escuela Superior de Ingenieros Industriales 
Avda. Reina Mercedes s/n , 41012 Sevilla 

Resumen.- El propósito de este artículo es dar a conocer un nuevo procedimiento para tratar 
problemas tridimensionales en placas como lo es el de una gieta semi-infinita en una placa isótropa 
infinita. 

La solución fundamental de Green, correspondiente a una carga puntual dinámica que actúa en 
el interior de una placa gruesa, infinita y homogénea, se usa junto con la técnica de ecuaciones 
integrales de contorno para obtener la formulación de los campos de tensiones y desplazamientos 
en problemas dinámicos de placas con grietas pasantes semi-infinitas. 

La técnica propuesta puede ser usada en el análisis de otras configuraciones geométricas tales 
como grietas presurizadas y agujeros circulares en placas de espesor arbitrario. 

Abstract.- The purpose of this paper is to report on a new approach for dealing with the analytical 
evaluation for the solution of a three dimensional problem of a semi-infinite stress-free crack in 
an unbounded isotropic medium. 

The fundamental solution of a Green's function for a dynamic point load acting in the interior of an 
unbounded, homogeneous, isotropic thick plate is used in connection with the boundary integral 
equations technique to obtain a formulation for the stress and displacement fields in problems 
concerning semi-infinite through-cracks in plates subjected to dynamic loads. 

The technique proposed can be used for the analysis of other geometrical configurations such as 
pressurized cracks and circular holes in plates of arbitrary thickness. 
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1 INTRODUCCIÓN 

Desarrollos recientes en mecánica de la fractura han he
cho posible analizar cuerpos agrietados, ya sean elásticos 
o elastoplásticos, con relativa facilidad. Sin embargo, 
en la mayoría de los casos prácticos, el problema de la 
fractura consiste en grietas pasantes en placas gruesas o 
grietas superficiales en donde el caracter tridimensional 
de los campos de tensiones y desplazamientos no puede 
ser ignorado. 

Las soluciones de elementos finitos aplicadas al estudio 
de modelos de grietas tridimensionales han sido extensa
mente revisadas en publicaciones recientes [1]. Estos es
tudios tridimensionales requieren generalmente grandes 
medios de computación además de ser muy sensibles a 
modificaciones en la malla de discretización. 

El método de las ecuaciones integrales de contorno se 
establece como una herramienta complementaria a los 
métodos de elementos finitos para el análisis de tensiones 
en elastostática y elastodinámica. Algunas de sus ven
tajas son bien conocidas. En primer lugar, el método 
reduce en una unidad la dimensión del problema. Por 
otra parte, es especialmente apropiado para problemas 
en los que intervienen regiones infinitas. En tercer lu
gar, puesto que la formulación se basa en soluciones 
fundamentales que verifican las ecuaciones diferencia
les que gobiernan el problema, solo es necesario asumir 
una aproximación de las variables en el contorno a la 
hora de resolver numéricamente las ecuaciones. Una vez 
obtenida la solución numérica en el contorno, pueden 
determinarse facilmente los valores internos. Estas car
acterísticas son especialmente ventajosas en el modelado 
de regiones con altos gradientes de tensiones con gran 
exactitud y rendimiento, haciendo de esta técnica una 
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herramienta interesante para la solución numérica de 
problemas en mecánica de la fractura. 

Existen basicamente tres procedimientos para la 
solución de problemas transitorios en elastodinámica li
neal con la técnica de integrales de contorno. El primero 
corresponde a la formulación en el dominio del tiempo. 
U no de los primeros trabajos sobre este método se debe 
a Friedman y Shaw [2], en acústica, aplicado más tarde 
a problemas de elastodinámica por Shaw [3], Cale et al. 
[4], Niwa et al. [5] y Fujiki [6]. El segundo procedi
miento tiene que ver con la determinación de soluciones 
estacionarias armónicas y el uso de la transformación 
de Fourier para obtener la respuesta en el dominio del 
tiempo. Este procedimiento fué aplicado por Banaugh 
y Goldsmith [7] y Niwa et al. [8,9]. Finalmente, el ter
cer procedimiento corresponde a la resolución del pro
blema dinámico en el dominio de Laplace y la inversión 
numérica para obtener la respuesta en el dominio del 
tiempo. 

En algunos artículos se muestran distintas formulaciones 
del método de las integrales de contorno que son útiles 
para la resolución de tipos particulares de problemas de 
contorno. La principal diferencia entre todos ellos es
triba en el uso de distintas funciones de Green apropia
das para la geometría del problema considerado. 

La mayor parte de los artículos relacionados anterior
mente tratan problemas generales de elastodinámica 
bidimensional y tridimensional, así pues, para el primer 
procedimiento se usa la solución fundamental de Stokes 
correspondiente a una carga dinámica concentrada que 
actúa en un medio infinito, y su transformada de 
Fourier/Laplace se usa para el segundo/tercer método 
respectivamente. Para problemas en los que interviene 
una superficie libre, es de interés la solución de Lamb 
correspondiente a una carga dinámica actuando en el 
semiespacio isótropo. También se debe mencionar el 
trabajo de Harkrider [10] en donde se presentó la formu
lación para cargas concentradas embebidas en un semies
pacio estratificado. 

En este trabajo se discute la especialización de las iden
tidades integrales usadas en el método de elementos de 
contorno que son apropiadas para la solución numérica 
de problemas singulares tridimensionales con geometrías 
asimilables a la de una placa. La formulación hace uso de 
la solución analítica del problema de una carga dinámica 
concentrada en una placa infinita de espesor uniforme, 
obtenida recientemente por los autores. 

En la primera parte del artículo se presentan soluciones 
fundamentales correspondientes a cargas dinámicas con
centradas que actúan en el interior de una placa. Estas 
soluciones corresponden a los casos de una carga de im
pacto y una carga unitaria en movimiento uniforme. En 
la segunda parte se muestra la forma modificada de la 
ecuación integral de contorno obtenida haciendo uso de 
las soluciones fundamentales anteriores. 

2 NATURALEZA DE LA SOLUCIÓN 
FUNDAMENTAL 

El desarrollo que sigue está basado en los progresos 
previos [11] que los autores han realizado respecto del 
sustrato teoríco necesario para la determinación de 
tensiones y desplazamientos en placas tridimensionales 
sometidas a cargas dinámicas concentradas. 

2.1 Ecuaciones generales 

La ecuación de equilibrio para un sólido homogeneo es 

Y' · u ( z, t) + F ( z, t) = p i.i ( z, t), (1) 

donde O representa derivación en el tiempo, p es la den
sidad del material, u( z, t) es el desplazamiento del punto 
z en el instante t, F(z, t) representa las fuerzas exterio
res que actúan sobre el sólido y u(z,t) es el tensor de 
tensiones. Suponiendo pequeñas deformaciones y com
portamiento isótropo y viscoelástico, el tensor de ten
siones se relaciona con los desplazamientos a través de 
la ecuación: 

u(z, t) =¡[Y'. u(z, t)] 1 + C [vu(z, t) + \i'T u(z, t)] 

+¡' [v. ú(z,t)] 1 + C' [vú(z, t) + vrú(z,t)], (2) 

d d vE C E ¡' _ vE' 
on e i = (I+v)(l 2v)' = 2(l+v)' - (l+v)(l 2v)' 

C' = 21 f:v). Siendo E, v y E' el módulo de Young, 
el coeficiente de Poisson y el coeficiente de viscosidad 
respectivamente. 

Las derivadas temporales en las ecuaciones 1 y 2 se elimi
nan haciendo uso de la transformación monodimensional 
de Fourier con respecto al tiempo. Suponiendo condi
ciones iniciales nulas (u(z,O) = ú(z, O)= o), se tiene: 

v ·~(z,q) +ª-(z,q) = -pq2 y(z,q), (3) 

~( 2:1 17) = ¡< [v · y(z, 17) j 1 + Ce [v !!( z, '1) + VT !!( Z, '1)], 
{4) 

donde ¡< = ¡- iq¡', ce= C- iqC', 11 es la variable de 
transformación, i es la unidad imaginaria y las variables 
subrayadas son transformadas de las variables originales. 

Combinando apropiadamente las ecuaciones 3 y 4 se 
tiene: 

donde 

8g_ 
Ag_+ Q, = az 

! = Bg, 

!! = (Q.zzdLz.rd[,.y,:!fy,~,:!!.zf, 

(5) 

(6) 

! = (Q.,r.r + Q.yg' Q.,r,r - Q.yy' 2Q.,ry ¡r' (7) 

O = (-Ez,-E.r,-Ey,O,O,O)r, 

x, y y z son coordenadas cartesianas en un espacio 
euclídeo tridimensional, el superíndice T representa el 
traspuesto de un vector y los operadores matriciales A 
y B pueden encontrarse en [11]. 
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2.2 Placa infinita: ecuaciones transfor
madas 

Se supone ahora que el sólido se extiende hasta el in
finito en dos direcciones (x,y) mientras que la tercera 
está acotada entre dos planos paralelos. En este caso la 
ecuación diferencial en derivadas parciales 5 puede con
vertirse en una ecuación diferencial ordinaria mediante 
la transformación de Fourier respecto de las coordenadas 
no acotadas: 

da 
= dz 

li = 

Aa+C, 

Ba, 

(8) 

(9) 

donde a, i, C, A y B son las transformadas geométricas 
de ª' !, Q, A y B respectivamente. (El vector a será 
referido como vector de estado). 

La ecuación 8 puede integrarse con la ayuda del teorema 
de Cayley-Hamilton: 

a(z) = X(z) x-1 (0) a(O) + X(z) ¡= x-1(s) C(s) ds, 
- lo 

T(z) ----.----, 
B(z) 

(10) 
donde T es la matriz de transferencia y X la matriz fun
damental dada por X(z) = VE(z), siendo V la matriz 
de autovectores y E la matriz de autovalores de A. 

La ecuación 10 relaciona el vector de estado de un punto 
arbitrario a(z) con el vector de estado del punto corres
pondiente en la base de la placa. Esta relación debe ser 
modificada para los casos en los que las condiciones de 
contorno se conocen en términos de tracciones en ambas 
superficies. La ecuación 10 puede escribirse como: 

( 
O'(z) ) = ( T 11 (z) Tu(z) ) ( u(O) ) + ( B,(z) ) , 
u(z) T 21 (z) T 22 (z) u(O) B,(z) 

(11) 
y convenientemente reestructurada en la forma: 

( 

Tu(z)-Tu(z)Tu-
1
(h)Tu(h) Tu(z)Tu- 1(h) )( U(O) ) 

T,t(z)-Tu(z)T12 -
1
(h)T11 (h) T,(z)Tu- 1(h) O'(h) 

(12) 
que representa las transformadas de tensiones y des
plazamientos en función de las transformadas de las 
tracciones en las supreficies y las transformadas de las 
fuerzas aplicadas. 

2.3 El caso de una carga de impacto 

La ecuación 12 es la solución transformada en el caso de 
una placa infinita sometida a carga dinámica arbitraria. 
En esta sección se estudiará la solución correspondiente 
a la aparición repentina de una fuerza concentrada ac
tuando en una dirección cualquiera. 

Si (O, O, H) es el punto de aplicación de la carga, las 
fuerzas en las tres direcciones se expresan como: 

F:r = (h(x,y,z-H)h(t),O,O)r, 

FY = (O,h(x,y,z-H)h(t),O)r, (13) 

F' = (O,O,h(x,y,z-H)h(t))r, 

donde los superíndices x, y, y z hacen referencia a la 
dirección de la carga de impacto. 

Las siguientes expresiones se obtienen haciendo uso de 
la definición de vector 1l (ecuación 10): 

Jr(z) = X(z)X- 1 (H)(o,-,~,.,o,o,o,ofJI(z-H), 
F(z) = X(z)X- 1 (H)(o,o,-,~,.,o,o,o(JI(z-H), 
R=(z) = X(z)X- 1 (H)(-t,;-,o,o,o,o,o(JI(z-H), 

con 

Jl(z-H)= { ~ z ~H 

z <H 

(14l 

(15) 

Las condiciones de contorno para este caso son 0'(0) = 
u(h) = O, con las que la ecuación 12 se convierte en: 

(16l 

J=x,y,z 

de donde también puede obtenerse fi: 

-j - ' 
6 (z) = Ba1 (z), j=x,y,z. (17) 

El superíndice j determina la dirección de la carga. Las 
expresiones analíticas para la función de Green transfor
mada se obtienen de evaluar las expresiones 16 y 17. Por 
motivos de espacio solo se presenta la componente u~=· 
El resto de componentes pueden encontrarse en [11]. 

u;= = ( 
1 

) /J/(x-<p)(A2 cosh(w(x-<p)) 
211" 1 +v q \ , 

ecosh(r(x- <p))) 

~ [!I (A 2rw sinh(xw) - e2 sinh(xr)) 

+ A2ef2 (cosh(xw)- cosh(xr))J ), (18) 

donde 

/ 1 = A2e (cosh w - cosh r) (e sinh(~w) - rw sinh( ~r)) 

- (e2 sinh w- A 2rw sinh r) (A 2 cosh(~w) -e cosh(~r)), 

¡, = erw (coshw- coshr) (A 2 cosh(~w)- ecosh(~r)) 

- (A2 rwsinhw- e2 sinhr) (esinh(~w)- rw sinh(~r)), 

D = 2c2A2rw (1- coshwcoshr) 

+ (A4 r 2w2 +c4 )sinhwsinhr, 
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y 

z 

Figura 1: Fuerza de volumen concentrada 

z 
x= h' 

H 
tp= h' '1/J = 1- tp, 

(3. = f3h, 

-v(1+v)(1-2v) , 2 T- q+,.\. 
1-v 

Esta solución puede transladarse al espacio (x, y, t) con 
la ayuda del algoritmo FFT. La demostración de que 
las tensiones y desplazamientos tienden a cero cuando 
..\ = J a•2 + (3•2 y/ o r¡ tienden a infinito es suficiente 
para permitir esta transformación. Esto ha sido probado 
sustituyendo sinh s y cosh s por sus aproximaciones 
(para jsj > 1) 1/2 sign( B) esign(a) • y 1/2 esign(•l • respec

tivamente. 

Por otra parte, la solución puede contener desplazamien
tos como sólido rígido al no haber impuesto condiciones 
de contorno que los prevengan. Estos desplazamientos 
se reflejan en la solución transformada como singula
ridades en el eje z (la transformada de f(x) = 1 es 
F(a) = )21r8(a)) y para extraerlos de la solución es 
necesario identificarlos mediante la expansión en serie de 
Taylor en las proximidades del punto (a•, (3•) = (0, O). 

Al igual que en el caso estático, la substracción de los 
términos singulares da lugar a la función de Green bus
cada. (N o aparecieron términos singulares en la compo
nente u~:) 

2.4 El caso de una carga unitaria en 
movimiento uniforme 

Existe otra función de Green de importancia en pro
blemas singulares tridimensionales que puede obtenerse 
con la técnica descrita arriba. Este es el caso de una 
carga unitaria, aplicada en el interior de una placa 
elástica, moviendose a velocidad constante v, en donde 
el movimiento de las cargas recoge la propagación de 
grietas en problemas de fractura dinámica. 

En este caso, las derivadas temporales pueden rela
cionarse con las espaciales con lo que la necesidad de 
una transformación de Fourier en el tiempo desaparece. 

z 

i y X 

Figura 2: Sistema de coordenadas en movimiento uni
forme 

Si el sistema de coordenadas se mueve con la carga (fig. 
2), las derivadas temporales se expresan como: 

•• ( ) 2 8
2u(z,t) 

u x,t = v Bx2 • (19) 

Las ecuaciones generales se escriben como: 

Y'· u(x, t) + F(x, t) = pt•2 u,.r.r(z, t), (20) 

u(x,t) =dY'·u(z,t)]I+G[Y'u(z,t)+Y'Tu(z,t)]. (21) 

Las siguientes ecuaciones se obtienen despues de una re
organización similar a la efectuada en el caso anterior, y 
despues de la aplicación de la transformación de Fourier 
respecto de las coordenadas no acotadas x e y: 

da 
dz 

6 = 
Aa+C, 

Ba, 

(22) 

(23) 

En este caso a, 6 y C son las transformadas geométricas 
de a, 6 y C respectivamente. Las matrices A y B 
son las mismas en ambos casos, salvo la definición del 
parámetro q (q = -pr¡ 2h/Ec en el problema anterior y 
q = -pt•2a•2 fE en el caso de carga en movimiento). 

Puesto que el sistema de coordenadas se mueve con la 
carga, los vectores 1// son los dados en la ecuación 14. 
Por tanto, las funciones de Green transformadas para 
los dos problemas analizados en este artículo son 
simbólicamente iguales, la única diferencia la constituye 
la definición del parámetro q y el número de transforma
ciones de Fourier necesarias para recuperar la solución 
en coordenadas originales. 

Aspectos básicos de la solución. Se ha probado que 
la solución transformada tiende hacia la estática cuando 
la velocidad tiende a cero [11]. Esta solución dinámica 
transformada es tal que su valor en un eje inclinado (e, 
fig. 3) es el que corresponde a una carga en movimiento 
a lo largo de este eje con velocidad v' = v cos (}. 

Para velocidades mayores que alguna de las velocidades 
de propagación de ondas en el sólido, aparecen lineas de 
transición sobre las que la solución transformada no está 
definida (los autovectores son linealmente dependientes) 
y sobre las que los autovalores cambian de real a ima
ginario. Estas son las mismas lineas que aparecen en el 
caso del sólido infinito analizado por Eason et al. [12]. 
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{3. 

V 

Figura 3: Velocidad aparente 

z 

y 

Figura 4: Grieta pasante semi-infinita 

La ausencia de amortiguamiento viscoso en las ecua
ciones constitutivas da lugar a la aparición de una 
frecuencia natural espacial (o número de onda natu
ral) para cada velocidad aparente. Por tanto, aparece 
una curva de singularidades en el plano transformado ( 0'., {3*). 

Evaluación numérica de la función de Green. En 
las figuras 5 y 6 se muestra el comportamiento de la 
solución transformada así como el de la función obtenida. 
por transformación numérica de la anterior. El ejemplo 
corresponde a una carga puntual según la dirección z, 
aplicada a una distancia H = 0.25h ( 'P = lf = 0.25) de 
la cara inferior de la placa y moviendose a una veloci
dad v = 0.8c6 (¡. = .!!.. = 0.8). Las tensiones u;, y las 
tensiones transformad~s u~, se miden en el plano medio 
z = 0.5h (x = f = 0.5), donde las singularidades de u~. 
desaparecen. 

a* 

,..f; .... l ...... , 
••f-a.n 

Figura 5: Tensión transformada u;z como función de las 
variables de transformación a• y {3* 

....~ ... . , ..... . 
tt•f•t..n 

.... ... .... 
x* {y*=O) 

Figura 6: Tensión normalizada u;z h 2 / P como función 
de las coordenadas normalizadas x• = '{; y y• = i 

2. 5 Placa tridimensional, estado do
blete 

Sea R la región regular ocupada por una placa tridimen
sional, sea e E R el punto de aplicación de la carga y 
z(x, y, z) E R el punto de interés como se muestra en la 
figura 1 o 2. 

Si ó (·) representa la función delta de Dirac, una carga 
concentrada actuando en e paralelamente al eje j puede 
expresarse como ó(z- e) ó(t) ei y la densidad de fuerza 
de volumen en el punto x como: 

donde Ó¡j es la delta de Kronecker. 

Los campos de tensiones y desplazamientos vienen dados 
por: 

u7(z,t) = u{(z,t;e)ei, 

u;¡¡.(z,t) = u{¡¡.(z,t; e) ei. 

(25) 

(26) 

Las expresiones de u{(z,t; e) y of~(z,t; e), particulariza
das para los valores de i, j, k desde x a z están recogidas 
en otra publicación de los autores [11]. 

Se puede definir un campo vectorial de tracciones como: 

s¡(z, t; e) = s{(z, t; e) ei, (27) 

s{(z,t;e) = tr/~;-(z,t;e)n~;-, (28) 

donde n¡¡. representa la componente en la dirección k dr 
la normal exterior a oR. 

Se denota por Si(z, t; e) = [ui (z, t; e), ui (z, t; e) ]los va
lores en z del estado cuyos desplazamientos y tensiones 
vienen dados por la solución correspondiente a una carga 
dinámica concentrada actuando en e paralelamente al 
eje j. 

Puesto que Si(z, t; e)= Si(z- e, t; o), las soluciones de 
placa dadas en [11], y mencionadas en 2.3 y 2.4, lo son 
para e= (O, o, H). El estado definido por: 

Sik(-, t; e) = [uik(-, t; e), oJk(·, t; e)] =S~(-, t; e), (29) 

se conoce como el estado-doblete tridimensional para la 
placa con polo e, correspondiente a los ejes j y k. 
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3 IDENTIDADES INTEGRALES 
PARA PROBLEMAS 3-D EN PLA
CAS CON CARAS LIBRES DE 
TRACCIONES 

Se discuten aquí algunos casos especiales de las iden
tidades integrales de Love (ver [12]). Corresponden al 
tipo de problema.s tridimensionales de contorno en pla
cas con caras extremas libres de tracciones. En el do
minio del tiempo, las ecuaciones integrales singulares son 
de la forma: 

donde 

= - f ,~.-(:z:,t;e)*u(:z:,t)dA.r 
laR 

+ [ u¡,.(:z:,t;e)*•(:z:,t)dA.r 
laR 

+ Lu~.-(:z:,t;e)*F(:z:,t)dV.r, (30) 

(31) 

representando el operador * la convolución en el tiempo. 

3.1 Identidad integral para una grieta 
tridimensional semi-infinita. 

Considerese una placa tridimensional R con una grieta 
libre de tracciones. Suponga que la región R está em
bebida en una placa infinita y que una carga dinámica 
unitaria F(l, t) está aplicada en algún punto 1 de R pero 
no en la superficie aR. El sistema considerado y los ejes 
de coordenadas se muestran en la figura 4. 

Si la carga puntual se representa por una carga unitaria 
en la dirección k, 

F;(:z:,t) = h(:z:- l)h(t)h;¡,.ek, (32) 

los desplazamientos y tensiones vendrán dados por: 

u;(:z:,t) = u~(:z:,t;l)e\ 

s;(:z:,t) = 87(:z:,t,l)ek, 

(33) 

(34) 

donde uk(:z:, t; 1) y ¡k(:z:, t; 1) son los vectores de despla
zamientos y tracciones respectivamente. Estos vectores 
corresponden a la solución para una carga concentrada 
paralela al eje k. 

Puesto que las superficies planas de la placa están libres 
de tensiones, la ecuación 30 se escribe como: 

ciW-u~.-(e,t;l) =- [,J(:z:,t;e)*'-'~.-(e,t;l)dA.r 

+ uJ(I,t;e) (35) 

4: DISCUSIÓN Y CONCLUSIONES 

En este trabajo se presenta una especialización de las 
identidades integrales usadas en el método de los ele-

mentos de contorno para. la. solución de problemas vis
. coelásticos tridimensionales en placas. Se muestra. que el 

uso de la. solución 3D correspondiente a. una. carga. pun-
. tual dinámica en una placa infinita de espesor uniforme 
simplifica considerablemente las identidades integrales. 
Este trabajo también muestra la ecuación integral para 
los desplazamientos en la superficie de una grieta pa
sante semi-infinita. 
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UN MODELO ESTADISTICO DE ROTURA FRAGIL DE MATERIALES POLICRISTALINOS QUE 
CONTENGAN UNA DISPERSION DE PARTICULAS FRAGILES 

R. García Arrízabalaga y J. Gil Sevillano 

Centro de Estudios e Investigaciones Técnicas de Guipúzcoa (CEIT) 
Apartado 1555, 20080 San Sebastián 

Resumen.- En el caso de los metales susceptibles de fallo frágil, es muy frecuente la obser
vación empírica de que el origen del fallo local está as·ociado a la fractura de una 
partícula frágil no metálica (una inclusión o, en los aceros, un carburo) . En este caso, 
para que ocurra el fallo global, se han de concatenar la transmisión de la rotura de una 
partícula al grano adyacente y la transmisión de la rotura de este grano a sus vecinos: el 
suceso nucleante no es necesariamente simple. Tomando como base esta observación, se ha 
desarrollado un modelo estadístico de fractura que tiene en cuenta la presencia simultánea 
de dos distribuciones de tamaños de elementos estructurales, uno considerado formado por 
partículas aisladas y el otro conexo (la matriz), con dos barreras características, las 
fronteras partícula/matriz y las juntas de grano de ésta, cuyas resistencias a la 
propagación de grietas sobresalen por encima de la resistencia a la descohesión sobre el 
plano de exfoliación de las redes cristalinas de ambas fases. Se presenta una aplicación del 
modelo al cálculo de la probabilidad de rotura bajo tracción uniforme de un acero con una 
estructura de carburos dispersos en una matriz ferrítica policristalina. 

Abstract.- The origin of brittle fracture of polycrystalline metals failing by cleavage is 
most frequently associated to the slip-induced cracking of sorne non-metallic brittle 
particle or inclusion (a carbide in ferritic steels). When the size of the particles is un

der the grain size of the metallic matrix, the nucleating event of a macroscopic failure 
results from the successive occurrence of three simple events: slip- induced cleavage of a 
particle, transmission of the microcrack to the neighbouring grain across the 
particlejmatrix interface and propagation of the grain-size microcrack to the neighbouring 
grains across the grain boundary. On the basis of this scheme, a statistical "weakest link" 
fracture model has been developed that takes into account the presence of two independent 
distributions of structural elements, isolated particles and matrix grains, with two bar
riers for cleavage propagation, the particlejmatrix interfaces and the grain boundaries, 
characterized by a crack arrest capability well over the crack propagation resistance on the 
cleavage planes of the crystalline lattices of the two phases. An application of the model 
to the prediction of the fracture stress of a bainitic steel is presented. 

l. INTRODUCCION 

Muy frecuentemente, la rotura frágil de 
materiales policristalinos potencialmente 
dúctiles (metales) ocurre a partir de núcleos 
de descohesión que se originan en partículas 
frágiles fracturadas bajo carga en zonas 
plastificadas del material. Un suceso 
nucleante-determinante de la rotura frágil en 
la hipótesis del "weakest link" -exige 
entonces la concatenación de tres sucesos en 
algún punto de la pieza o probeta sometida a 

tensión: 

- rotura de una partícula durante deformación 

plástica, 
- propagación de la microfractura a través de 

la intercara partícula- grano circundante (a 
un plano de descohesión de éste) bajo la ac
ción del estado local de tensiones, y 

- propagación de la grieta a través de las 
fronteras de grano (con el cambio de plano 
que exige la desorientación respecto al 
grano adyacente). 

En la mayoría de los modelos estadís
ticos de rotura frágil de metales policrista
linos [1-14], se supone crítica la propagación 
de la microfractura de una partícula a la 
matriz. Sólo en un caso [ 14] se considera 
cualitativamente- que la fractura pueda ser 
también controlada por la propagación de mi
crogrietas correspondientes a granos frac
turados, pero (véase el titulo de esa referen
cia) la contribución de granos y partículas a 
la rotura frágil se juzga independiente. Sin 
embargo, aunque el agrietamiento de un grano 
esté condicionado a la propagación de una mi
crogrieta generada en una partícula, como 
parece ocurrir en los aceros ferríticos, ello 
no obsta para que las fronteras de grano sean 
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capaces de detener tales grietas. De todo ello 
existe amplia evidencia experimental [15-17]. 

2. PLANTEAMIENTO DEL MODELO 

La hipótesis del "weakest link" equivale 
a suponer que puedo dividir la zona "activa" 
de la pieza en estudio (su zona plástica) en 
un gran número de elementos de volumen tales 
que el fallo de uno solo de ellos determina el 
fallo total de la pieza. Cada elemento, óV, 
estará caracterizado por un estado de 
tensiones, Uij(K), donde K representa el 
estado macroscópico de solicitación de la 
pieza, y por un estado de deformación plástica 
acumulada (quizá este último no caracterizable 
por un solo parámetro, aunque por simplicidad 
lo simbolizaremos ahora por € (K)). Si existen 
Nv núcleos potenciales de fallo por unidad de 
volumen (Nv>>l) y F es la probabilidad de 
fallo de un núcleo sometido a una tensión aij 
en la zona activa, la probabilidad de que 
falle el elemento de volumen óV es: 

y la probabilidad de fallo de la pieza es: 

~(K)- 1-exp [-Nv J6 F (aij(K),e(K)] dv] (2) 

donde la integral está extendida al volumen 
"activo". 

Es en el cálculo de F donde se ha de 
tener en cuenta la exigencia de sucesión de 
los tres sucesos mencionados que supondremos 
componen el proceso de rotura macroscópica. 

2.1. Probabilidad de nucleación de micro
grietas por rotura de partículas o in
clusiones frágiles 

Aunque existe la posibilidad de 
nucleación de microgrietas en una matriz 
metálica en ausencia de segundas fases frági
les (a partir de maclas de deformación o por 
intersección de bandas de deslizamiento), es 
mucho más general la observación de nucleación 
de microgrietas en metales por fractura de al
guna partícula frágil (segunda fase o inclu
sión no metálica), que inevitablemente están 
siempre presentes en alguna proporción. En el 
caso de los aceros con matriz ferrítica, las 
microgrietas se originan por rotura de car
buros inducida por la deformación plástica de 
la matriz adyacente o, en mucha menor propor
ción, por rotura de inclusiones no metálicas. 

El desarrollo de un modelo estadístico 
de rotura frágil de tal material exige asignar 
una probabilidad de rotura, p, a cada 
partícula presente en el volumen activo de la 
pieza. En el caso de los aceros ferríticos, 
observaciones experimentales [15-17] indican 

que la probabilidad de rotura de un carburo es 
muy pequeña, dependiente de la deformación 
plástica previa y del tamaño de los carburos, 
e (mayor frecuencia de roturas en los de mayor 
tamaño) . Lin y col. [ 9, 10, 14] la consideran 
constante e igual a 0,05 (por ajuste de su 
modelo con resultados experimentales), pero 
esto es a todas luces una simplificación muy 
grosera. Wallin y col. (18] suponen que la 
probabilidad de fallo de una partícula en una 
matriz dúctil responde a una distribución de 
Weibull donde interviene el volumen de la 
partícula ( "weakest link" aplicado al volumen 
de la partícula), cuya fractura consideran in
ducida por las tensiones macroscópicas trans
mitidas por la matriz que fluye plásticamente. 
Este modelo parece apropiado para partículas 
grandes ( "coarse two -phase compos i tes") pero, 
en el caso de dispersiones finas de partícu
las, es a priori más verosímil suponer que 
éstas se rompen por la acción de heterogenei
dades locales de tensión de gran intensidad, 
asociadas a grupos de dislocaciones (por ejem
plo, intersección con una banda de des
lizamiento). En este caso, p(c) a e: 

p(c) - Q c/c 

p(c) - 1 

e :5 cja 

e > cja } (3) 

siendo e el tamaño medio de las partículas 
presentes. El factor de proporcionalidad, a, 
dependerá de la deformación plástica acumulada 

(que va disminuyendo la capacidad de 
nucleación de las partículas por fractura o 
descohesión de la matriz). 

2.2. Tensión efectiva de propagación de mi
crogrietas 

En el modelo es necesario calcular el 
tamaño mínimo de microgrietas (partículas o 
granos rotos) propagables bajo el estado local 

de tensiones, aij (K), para determinar F, la 
probabilidad de fallo de un núcleo. La forma 
de esos elementos microestructurales se ha 
asimilado a esferas, por lo que las micro
grietas a considerar son grietas circulares 
planas. Ahora bien, el plano de la grieta 
puede tener cualquier orientación respecto al 
estado de tensiones aij· Para un estado de 
tensiones y una orientación de la grieta 
dados, ésta soporta una resultante normal a su 
plano, un, y una resultante tangencial, r, que 
inducen los tres modos posibles de factor de 
intensidad de tensiones, Kr, Krr y Knr, en 
diferentes proporciones según la posición 
sobre el frente circular [19]. El punto de 
máxima velocidad de relajación de energía, 
Gmax, ocurre en la dirección de la tensión de 
cortadura resultante sobre el plano de la 
grieta, es decir, para Krrr-0. Suponiendo que 
la rotura ocurre a partir de este punto, un 
estado cualquiera de tensiones equivale a una 
"tensión normal efectiva": 
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(4) 

siempre que el material pueda considerarse 
elásticamente isótropo. 

Para una tensión efectiva dada, el diá
metro mínimo de microgrieta propagable viene 
dado por, 

(5) 

donde t* representa el tamaño mínimo de 
partícula, e*, o de grano, o*, y donde K~a 
representa el factor crítico de intensidad de 
tensiones para que la microgrieta atraviese la 
barrera que la limita: intercara partícula/ 
matriz en el primer caso, Kí~f. o frontera de 
grano de la matriz, Kt~f. en el segundo [20]. 
Para grietas circulares, ~-1.25. 

Si an < O, es necesario tener en cuenta 
la fricción entre las caras de la grieta. 
Suponiendo un coeficiente de fricción p., que 
probablemente será alto, 

aeff(an<O) = 2(r+pan)/(2-v), para (r+p.an)>O} 

aeff(an<O) O , para (r+p.an):SO 

(6) 

En la aplicación que se desarrolla a 
continuación, tracción uniforme, an~O y no es 

necesario considerar el valor de p. 

Por otra parte, se han de tener en 
cuenta las posibles orientaciones espaciales 
de las microgrietas. Suponiendo aleatoriedad 
de esas orientaciones 

1 J21rdcp 
27r~ o J

TI/2 
· 

0 
aeff(O.~) senO dO (7) 

que es el v~\or que se ha tomado para realizar 
los cálculos ae mínimos tamaños propagables de 
microgrietas. Para tracción uniforme, a, 

\~''"*''? 
4 - 4v<t~~y 2/3) 

aeff = //'(·;-v) (4~v) a (8) 

~4 a para v = 0,3) 

La aleatoriedad de las orientaciones es
paciales no es una hipótesis físicamente cor
recta, dado que estamos considerando 
propagacLon por descohesión (sobre planos 
1001) en el caso de metales CC). La tensión 
efectiva, bajo la misma hipótesis de rotura en 
modo mixto, debería evaluarse mediante con
sideraciones cristalográficas [21]. 

En la mayoría de los estudios locales de 
fractura frágil, sólo se ha solido tener en 
cuenta el efecto de la tensión normal (modo 
1). Evidentemente, la tensión efectiva que se 
deriva de esa hipótesis es siempre inferior a 
la que se obtiene de considerar modos mixtos. 

Aunque ha existido discusión sobre este tema, 
la mayoría de los resultados experimentales de 
medida de aeff realizados con monocristales o 
policristales de textura intensa concuerdan 
con las predicciones del criterio de velocidad 
de relajación de energía crítica considerando 
modos mixtos [21]. 

2.3. Probabilidades de fallo 

Si suponemos que las .distribuciones de 
tamaños de partículas y granos son indepen
dientes (en el sentido de que no exista cor
relación entre el tamaño de un grano y el de 
las partículas que contiene) y que la ex
pansión de la microgrieta granular es 
físicamente independiente de la propagación 
previa de la fractura de la partícula al inte
rior del grano y ésta de la nucleación: 

a) Si Kt~f > KÍ~f, teniendo en cuenta que la 
fractura de los granos exige la previa de 
una partícula interior o adyacente, el 
fallo ocurrirá por rotura de un grano de 
tamaño superior a o* (nucleada por 
partículas de diámetro e* :S e :S o*) Q 
directamente por la rotura de partículas de 
tamaño superior a o*: ,;;. 

~ = 1 - exp [ - ~[N~ Fg (e* :S c:S o*) + 

+N~ Fe (e~ o*)J dV (9) 

[ 

7r03 
Fg = [1-exp [ -Nc -

V 6 
o* 

* * ~ . Fe (e :Sc:SO )].m(O).fg(O)dO (lO) 
/' 

N~ y N~ son, respectivamente, la densidad 
volumétrica de granos y partículas y f es 
la función de densidad de tamaño de gr~no. 
Este se ha supuesto caracterizado por un 
diámetro medio (i.e .• granos esféricos). o* 
es el mínimo tamaño de microgrieta granular 
inestable bajo el estado de tensiones a·· 

. ~ 
(Ec. 5). Se Lncluye un factor de orienta-
ción de las microgrietas, m; suponiendo que 
el plano por el que se propaga la des
cohesión en el grano esférico es aleatorio, 

2 are cos (O*/O) 
m (O) = (11) 

Un análisis más completo debería incluir en 
este factor una influencia del estado local 

de tensiones, aij, que se supone uniforme 
en un entorno de tamaño superior al grano. 

La probabilidad de propagación de la rotura 
de una partícula es: 

fp(c). m (e) f (e) de 
* e e 
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* * * Fc(c S e sD ) + Fe (e ~ D ) = 

(12) 

donde e* es el m~n~mo diámetro de partícula 
cuya rotura es transmisible al grano bajo 

aij• (ec.S ), fe la función de densidad del 
diámetro medio de las partículas y p la 
probabilidad de rotura de la partícula en 
ese instante de carga, dada por (3). 

Para deformaciones grandes, el efecto de la 
deformación plástica previa sobre la forma 
de los granos se habría de tener en cuenta 
también en la ec. (lO) si quisiera alcan
zarse una simulación rigurosa. 

b) Sí O s Kt~f ~ Kí~f, las grietas que con
sigan propagarse a partir de la descohesión 
de un carburo no pueden ser detenidas por 
las frontras de grano. En este caso, 
suponiendo material de microestructura 
uniforme 

~ = 1 - exp [-N~ J:Fc (c~c*) (13) 

3. APLICACION A LA PREDICCION DE PROBABILIDA
DES DE ROTURA BAJO UN ESTADO TRACTIVO 
UNIFORME 

Con el modelo de rotura frágil descrito, 

se ha desarrollado un programa de computador 
en FORTRAN que opera en un VAX 780. Como ejem
plo de sus posibilidades, se presentan aquí 
resultados de aplicarlo al cálculo de la pro

babilidad de fractura de probetas 
axiximétricas sometidas a tracción uniaxial, 
cuya sección uniforme mide 7, 6 mm de diámetro 
y 38 mm de longitud. Los datos micro
estructurales utilizados corresponden a los 
medidos experimentalmente en un acero A S33B 
de estructura bainítica revenida (constituida 
por granos ferriticos -"paquetes bainíticos"
que contienen una dispersión de carburos). Los 
datos de los parámetros locales de fractura 
que intervienen en el modelo y los datos rni
croestructurales se presentan a continuación. 

3.1. Parámetros locales de fractura 

KÍ~f 2,S MPa fiñ 

Kt;:t S MPa fiñ 

Kt~f -o 

(cornunrnente aceptado en la 
bibliografía (20)). 

(cornunrnente aceptado en 
la bibliografía (20)). 

(para simular el 
proceso suponiendo ir
relevantes las juntas de 

grano); equivale a Kt~f S 

2.S MPa fiñ. 

(suponiendo que las 
grietas nucleadas en los 
carburos penetran en la 
ferrita sin ayuda de la 
tensión macroscópica). 

Todos estos casos se han calculado para 
dos valores de a: 

a= 

a= 

3.2. Parámetros microestructurales 

Las distribuciones de diámetros espa
ciales (supuestos esferas), obtenidas a partir 
de medidas realizadas sobre secciones planas 
[22] se han ajustado a funciones tipo gamma: 

naP 
(x-d)np-l exp [-a(x-d)n], ~d (14) f(x) = 

Los parámetros de las dos distribuciones 
y demás datos rnicroestructurales necesarios se 
recogen en la Tabla l. 

Tabla 1 

granos ~ 

n 1,26153 0,289861 
p 4,3265 7,5283 
a O, 1258 19.9407 
d (¡J.Ill)·3 -0,02055 5 0,04 9 
Nv <nrn > 2, 9461.10 8,6308.10'"~ 

!v 0,967 2, 74 
e (¡J.Ill) 0,0972 

3.3. Resultados 

f"<r=d(0· 
~fler5541.t 
<'~>G·r2 
OC·fOOÍ' 
o .¡, 
-,_t;-,¡;:,r;y, 

Los resultados de probabilidad acumulada 

de fractura, obtenidos con el modelo, se 
muestran en la Fig. l. 

En primer lugar, puede concluirse que el 
efecto de considerar la existencia de las dos 
barreras sucesivas, c/f y f/f, es muy fuerte 
si los valores cornunrnente aceptados para los 
K~a correspondientes son correctos. El efecto 
de variar un orden de magnitud la probabilidad 
de fractura de los carburos es, por el con
trario, relativamente pequeño para este acero. 
Curiosamente, en términos del valor de la 
tensión de fractura (no de la forma de su fun
ción de distribución) , los resultados son muy 
próximos si sólo contaran los carburos o si 
sólo contaran los granos, en ambos casos con 
los valores "establecidos" de Kí~f = 2, S MPa 

fiñ y Kt~f = S MPa fiñ . Obviamente esto está 
ligado a la circunstancia, 

(lS) 

corno en el caso de los aceros dulces discutido 
por Curry y Knott [23]. 
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1000 1400 1600 1800 2000 

Fig.l.-

Tension nominal (MPal 

-- Klfc•2.5. Kiff•O. LOG a: •-2 
Klfc•2.5. Kiff•O. LOG a: •-3 

-··- Kitc•2.5. Kiff•5. LOG"' ·-2 
--·-- Kitc•2.5, Kiff•5. LOG o: •-3 
- Kitc•O. Klff•5 

Probabilidad de fractura de probetas 
de tracción de 7,6 mm~ x 38 mm de un 
acero bainítico, calculadas con el 
modelo para diferentes hipótesis 
sobre los parámetros micro· 
estructurales de rotura. 

Finalmente, para KÍ~f=O, el resultado es 
insensible al valor de o en el rango explorado 
(o ~ 10" 3). 

se presentan 
"diagrama de 

acumuladas de 
modelo admiten 

Los resultados anteriores 
en la Fig. 2 en forma de 
Weibull". Las probabilidades 
fallo obtenidas a partir del 
aceptablemente una distribución de Weibull de 
dos parámetros, como podía esperarse (24]. Es 
interesante señalar que el parámetro de forma, 
m (pendiente de las rectas ajustables a las 
curvas calculadas, fig. 2), depende 
fuertemente de las hipótesis sobre la barrera 

microestructural controlante de la propagación 
causante de fallo, según puede apreciarse en 
la Tabla 2. 

Tabla 2.- Parámetros de ajuste de una función 
de Weibull a las probabilidades de fractura 
calculadas con el modelo (fig. 2) para 
probetas axisimétricas de tracción de 7,6 mm~ 
x 38 mm. 

Kf~ (MPa./m) Kf'f <MPa./m> log a u
0

(MPa) m 

2,5 o ·2 1251 25,1 

2,5 o ·3 1336 22,4 1· 

2,5 5 -2 1716 49,0 

2,5 5 ·3 1802 42,2 ' .. 

o 5 a.-3 1367 63,6 

. 

t~;~i 

LO¡ ¡ 1 
1 

1 1 

0.5 f 
! 

1 
¡ 

1 f 
.e o .o¡ f o 
L 1 1 c. 

-0.5+ 1 ¡ 
¡ 

1 1 1 

' ¡ 
1 ... -1.oT 1 - 1 

1 
¡ 

-1.51 
z ! ..J 

z 1 
! i ..J 
! 

1 ! 
-2.0 ¡ 

! 
7.0 7.1 7.2 7.3 7.4 7.5 7.6 

LN ( Tens ion nominal (MPa) 

-- Klfc•2.5. K!ft•O. LOG o< --2 
.......... K!fc•2.5. K!ft•O. LOG o< •-3 
·---· Kifc•2.5. Kitt•5. LOG ot. --2 
--·- Kifc•2.5. Kitt•5, LOG « •-3 
- Klfc•O. Kiff•5 

Fig.2.· Id. Fig. 1, "Diagrama de Weibull". 
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"ANALISIS ESTADISTICO DE LA TENACIDAD A ROTURA FRAGIL DE UN ACERO 
BAINITICO A 533B EN LA ZONA DE TRANSICION DUCTIL-FRAGIL" 

Viviente Solé, J.L., Henchaca Falcón, H., Rodríguez Ibabe, J.H. y 
Gil Sevillano, J. 

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

Resumen.- Se han realizado 49 ensayos de medida de K10 correspondientes a rotura 
frágil por descohesión de un acero bainitico A533B a tres temperaturas, -70, -40 
y -1o•c, contenidas en el intervalo de transición dúctil-frágil, utilizando 
probetas CT de 25 mm de espesor con entallas laterales y orientación T-S. La 
dispersión de los valores obtenidos es muy grande. Las distribuciones de Kic a 
cada temperatura admiten un buen ajuste mediante funciones de Weibull de dos pa
rámetros con parámetro de forma m = 4. Este resultado concuerda con las predic
ciones teóricas de modelos de fractura basados en las hipótesis de fallo global 
por fallo del "weakest link" microestructural. 

Abstract.- Toughness for brittle (cleavage) propagation in a bainitic A 533B 
steel has been measured at three temperatures (-70, -40 and -1o•c) in tite 
ductile-to-brittle transition temperature range. A total of 49 values of Krc 
have been obtained with side-notched 25mm CT specimens of T-S orientation. The 
variability of toughness at each temperature is large and it is well represented 
by two-parameter Weibull functions of shape parameter m = 4. Such result agrees 
with the prediction of fracture models based on the "weakest-link" concept. 

l. INTRODUCCION fractura en el limite inferior de tenacidad 
sin sentido físico o muy conservativas [1]. 

Aunque el tratamiento probabilístico de la 
tenacidad de los materiales frágiles 
(cerámicas y vidrios) está enormemente desa
rrollado, la tenacidad de los metales se ha 
enfocado generalmente de manera determinista y 
sólo en los últimos años los tratamientos 
estadísticos están adquiriendo verdadero auge. 
Sin embargo la dispersión de los valores ex
perimentales de la tenacidad de los metales 
puede ser importante. Tal es el caso de la 
tenacidad a la rotura frágil de los aceros en 
la zona de transición. 

Generalmente se ha supuesto una distribución 
normal como representativa de la dispersión 
observada en la tenacidad. No obstante, las 
largas colas de la distribución, junto con su 
simetría respecto a la media, dan como resul
tado unas predicciones para la probabilidad de 

1.1 El modelo del "weakest link" 

Independientemente del "efecto tamaño" 
derivado de la contribución de las capas su
perficiales de la probeta a la tenacidad 
(pérdida de constreñimiento), los valores de 
tenacidad obtenidos en la región de transición 
a partir de probetas muy pequeñas presentan 
una mayor dispersión que en el caso de las 
probetas grandes [2, 3]. Landes y Schaffer [2] 
propusieron un modelo que se basa en la 
estadística de los extremos y que sugiere que 
pueden usarse los valores de tenacidad ob
tenidas de probetas pequeñas para caracterizar 
la tenacidad de grandes estructuras. Parten de 
la base de que la tenacidad de un lote de ma
terial es variable, siendo diferente a través 
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de todo el material y en particular a lo largo 
del frente de grieta. Además plantean que la 
tenacidad de la fractura de cualquier probeta 
está gobernada por el punto o la zona de menor 
tenacidad a lo largo del frente de grieta. Las 
probetas más grandes tendrán una mayor 
probabilidad de contener una región de baja 
tenacidad. Las probetas pequeñas muestran una 
variación de la tenacidad y como promedio 
presentan una tenacidad mayor. Sin embargo, 
cuando se ensaya un gran número de probetas 
pequeñas, la tenacidad deberá manifestar una 
gran dispersión, yendo desde los valores cer
canos a la tenacidad de la probeta grande 
hasta valores más elevados que la misma. Si
guiendo el razonamiento anterior, Landes y 
Schaffer [2) recomendaron que los valores de 
tenacidad a la rotura frágil fueran tratados 
mediante modelos estadísticos de extremos, en 
particular mediante la distribución de 
Weibull, tan enormemente popular para la des
cripción de la resistencia de materiales in
trínsecamente frágiles. 

1.2 Distribución de Weibull 

La distribución de Weibull de tres parámetros 
es de la forma [4) 

m 

{ - [( (X-Xu)J 
F(x) - 1 - exp 

xo 
} (1) 

donde F(x) es la función de distribucion 
acumulada, xu el parámetro de posición, x

0 
el 

parámetro de escala y m el parámetro de forma. 
El parámetro de posición es el valor de x por 
debajo del cual la probabilidad de que ocurra 
un hecho es cero. Cuando dicho parámetro es 
cero, tenemos la llamada distribución de 
Weibull de dos parámetros. 

Wallin (S) señaló explícitamente por primera 
vez que todo modelo de la tenacidad de un ma
terial estadísticamente homogéneo, basado en 
la hipótesis del "weakest link", que suponga 
campos de tensiones y deformaciones 
geométricamente semejantes en el contorno de 
la grieta y normalizables utilizando el factor 
J (ó K2 ) para las distancias, conduce a una 
distribución de la tenacidad del tipo "Weibull 
de dos parámetros" con el parámetro de forma 
m-2 (distribuciones rle Jc ó CTOD) ó m-4 (dis
tribuciones de K1c): 

(2) 

donde B es la longitud del frente de la grieta 
y ~ una constante del material para la tempe
ratura, velocidad y geometría de los ensayos 
considerados. Un desarrollo teórico riguroso 
conducente a la ec. (2) ha sido realizado por 
Slatcher [6]. Un resultado experimental acorde 
con la ec. (2) supone una fuerte indicación de 

que la fractura macroscópica del material está 
determinada por un s~ceso elemental de rotura 
a escala microestructural que responde a un 
esquema tipo "weakest link". Es el caso de la 
tenacidad a rotura frágil en la zona de 
transición de un acero con estructura 
bainitica, que se describe a continuación. 

2. MEDIDAS EXPERIMENTALES 

La composición del material utilizado, un 
acero AS33B con estructura bainitica revenida, 
se detalla en la Tabla l. 

TABLA l. Composición Química (% en peso) 

0,18 C, 1,41 Mn, 0,24 Si, O,S6 Ni, 0,18 Cr, 
0,49 Mo, 0,021 Al, O,OOS S, 0,009 P, 0,17 Cu, 
< O,OOS V. 

2.1 Ensayos de fractura 

Los ensayos se realizaron de acuerdo con la 
norma ASTM E813 [7]. Se utilizaron probetas 
compactas de tracción con orientación T-S, de 
2S mm de espesor y provistas de entallas 
laterales de 2.S mm de profundidad. 

Las probetas se ensayaron con una máquina ser
vohidraúlica de 100 kN de capacidad, INSTRON 
1342, bajo control de posición, con una 
velocidad del actuador de 0,01 mm s-1 . En cada 
ensayo se registró la carga, el desplazamiento 
y la apertura de los labios de la fisura sobre 
la línea de carga hasta el instante de frac
tura frágil. En algunos casos, el ensayo se 
detuvo antes de producirse la fractura frágil. 
La apertura se midió directamente con un ex
tensómetro tipo "clip". Las probetas se 
ensayaron dentro de una cámara ambiental In
stron 3110 a tres temperaturas diferentes 
dentro de la zona de transición: -70, -40 y -
1o•c. 

2.2 Resultados 

En las Tablas 2, 3 y 4 se representan los 
valores de tenacidad a fractura frágil, K

1
c, 

junto con los valores de la integral J y del 
crecimiento estable, ~a (antes de la fractura 
fragil ó al detener el ensayo). Las tablas in
cluyen también S valores de tenacidad ob
tenidos previamente a -70 y -4o•c con este 
mismo material e idénticas características de 

los ensayos (8). 

En la Tabla 4 se señalan con un asterisco los 
ensayos de integral J que incumplen la con
dición de espesor mínimo de la norma ASTM 
E813, B ~ lS J / a

0 
[7]. Los valores de a

0 
-

(ay + auts)/2 se obtuvieron a cada temperatura 
mediante ensayos de tracción. 
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TABLA 2. Ensayos realizados a -7o•c a
0
-602 MPa 

t. a J Krc 
Re f. 

(KJ/m2) (MPa./iii) (mm) 

Al 0,133 185,34 197,29 
A3 0,108 138.94 170,81 
A4 0,151 198,67 204,26 
AS 0,202 253,57 230,76 
Al6 0,112 176,04 192,27 
Al8 0,007 10,59 47,16 
A20 0,077 131,11 165,93 
A22 0,208 254,98 231,40 
A23 0,069 112,51 153,71 
A29 0,016 63,58 115,55 
HS 0,011 53,32 105,82 
H11 0,084 104,93 148,44 
Hl9 0,06 105,02 148,51 
ros 0,05 122,4 160,7 
I06 0,18 215,0 213,0 
I07 0,125 169,1 188,9 
I08 0,009 33,0 83,5 

TABLA 3. Ensayos realizados a -40"C a 0 -584 MPa 

t. a J Krc Re f. 
(mm) (KJ/m2) (MPa./iii) 

A2 0,184 237,61 223,38 
A6 0,213 285,65 -
A8 0,241 224,34 217,05 
Al O 0,572 325,91 261,61 
All 0,066 136,26 169,16 
Al7 0,161 217,74 213,84 
A26 0,171 228,0 218,82 
A27 0,284 207,61 208,8 
A28 0,329 271,87 238,94 
A30 0,573 378,87 282,07 
A33 0,664 479,21 317,23 
A35 0,834 555,79 341,64 
H3 0,253 300,6 -
H4 0,383 295,55 249,13 
HlS 0,287 225,96 217,83 
Hl7 0,401 346,61 269,79 
Hl8 0,264 234,94 222,12 
H20 0,038 41,99 93,9 

42 0,79 480,8 318,2 

TABLA 4. Ensayos realizados a -lO"C a 0 -564 Mpa 

t. a J Krc 
Re f. 

(KJ ;m2) (MPa./iii) (mm) 

A7 0,825 493,11 321,8 
A9 1,615 642,2 367,22 
Al2* 2,624 848,17 422 
Al S 0,649 454 308,8 
Al9* 9 48 1764,3 608,7 
A21* 2:328 780,71 -
A24 0,533 426,9 299,41 
A25 0,885 544,5 338,15 
A31 0,958 507,6 326,54 
A32* 2, 711 812,3 413,0 
A34* 6,994 1302,1 -
Hl* 3,399 1011,8 460,96 
H6 0,668 411,9 294,12 
H9* 6,411 1187,8 499,4 
HlO 1,667 724,57 390,1 
H13* 4, 925 1272.5 516,9 
Hl6 1,792 705,0 384.77 

3. ANALISIS DE LOS RESULTADOS Y DISCUSION 

Los valores de tenacidad obtenidos a cada tem
peratura presentan una gran dispersión. La 
variación de la tenacidad está asociada a la 
diferente propagación estable que muestran las 
probetas antes del fallo frágil. A mayor 

propagación estable, mayor energía suminis
. trada antes del fallo inestable. 

3.1 Estudio estadi~tico 

Si, a cada temperatura, ordenamos de menor a 
mayor los valores de tenacidad, podemos asig
narles a cada uno un valor de probabilidad 
acumulada de fractura 

Pf .. (2i-l)/2N i - 1, ... ,N (3) 

donde N es el número total de ensayos. Estos 
valores se pueden ahora comparar con la 
probabilidad teórica de fallo que proporciona 
la distribución de Weibull. Es nuestro caso, 
N-17 para las tres temperaturas de ensayo. No 
obstante, los datos estrictamente a considerar 
en el ajuste a realizar a -lO"C serán 
únicamente los nueve válidos. 

En principio, seria deseable a efectos de di
seño que la distribución a ajustar a los 
valores de K1c fuese la de tres parámetros (1) 
ya que así se podría obtener un valor de 
tenacidad mínima por debajo del cual la 
probabilidad de fractura seria cero. Empleando 
el método de máxima verosimilitud se realizó 
el ajuste para los ensayos efectuados a -70 y 
-40°C. Los parámetros de las distribuciones 
acumuladas de Weibull obtenidas se detallan en 
la Tabla 5. El parámetro de posición obtenido 
es en ambos casos negativo. 

TABLA 5 Distribuciones acumuladas de Weibull 
de 3 parámetros 

T( •e) xo ~ m 
(MPa./iii) (MPa./iii) 

-40 5.506 300.18 -38.06 
-70 6.954 297.30 -115.07 

Como se puede suponer, no tiene sentido físico 
hablar de valores negativos de tenacidad. Por 
lo tanto, es claro que la distribución de tres 
parámetros no resulta adecuada para describir 
los resultados experimentales. 

Se procedió a hacer un ajuste de la distribu
ción de Weibull de dos parámetros (xu-0), 
empleando también el método de la máxima 
verosimilitud. Los valores obtenidos a -70 y -

40°C se detallan en la Tabla 6. En la misma 
tabla se indican los parámetros de la distri
bución de Weibull ajustada a -10•c. A esa tem
peratura, dado el número pequeño de ensayos 
realizados, se consideró m-4 (su valor teórico 
[5]) y se determinó x 0 ajustando los nueve 
puntos válidos. El resultado es muy similar al 
que se obtiene incluyendo en un ajuste libre 
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los resultados inválidos (parámetros señalados 
con un asterisco en la tabla 6). La fig. 1 
muestra gráficamente los resultados. 

TABLA 6 , Distribuciones acumuladas de Weibull 
de 2 parámetros 

T( •e) xo 
m 

(MPa)iñ) 

-10 4 470.21 
-lO* 4.539* 431.97* 
-40 4. 718 260.16 
-70 3.849 178.40 

1.0 
o 
-' "'/ -' 
<( 
u_ • O.B 1 w o • 
<( • o 1 
<( 0.6 .1 
-' :::> o 1 
::::; 1 
:::> q, u 
<( 

0.4 
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<( 
o 
:::; 
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Ó ~~~l~75.¿'trnetros o 
Ct: 
0.. + Klc -40"C 

0.0 O Klc -10"C) 

o 100 200 JOO 400 500 600 700 BOO 

K le (MPo¡/ñi) 

Fig. l. Frecuencias acumuladas de tenacidad a 
la rotura frágil y curvas ajustadas de 
probabilidad de fractura para una distribución 
de Weibull de 2 parámetros. A -1o·c, la línea 
llena corresponde al ajuste (con m-4) de los 9 
datos válidos según ASTH E813; la linea dis
continua corresponde al ajuste incluyendo 
todas las medidas (símbolos llenos, datos no 
válidos). 

o 

-1 

-2 

-J 

O Klc ¡-lO'C) 
+ Klc -40'é) 
t:. Klc -70'C) 

- WeibuH 2 pordmetros 

o 

-4 ~--------~--------~~------~--------~ 
J 5 7 

Ln(Kic) 

Fig. 2 . I d . F i g . 1 , en r e p res e n t a e i ó n 
linealizada ("diagrama de Weibull"). 

Los resultados del parámetro de forma m para -
70 y -40°C son bastante próximos al valor teó
rico de 4 [5]. Toda la discrepancia con 
respecto a esta constante seria atribuible, de 
acuerdo con simulaciones por computador de 
otros autores [5, 11], al número limitado de 
ensayos, sin recurrir, a una posible 
heterogeneidad del material, que puede pertur
bar seriamente la forma de la función de dis
tribución, desviándola significativamente de 
la función de Weibull [6]. 

Cuando linealizamos la función de Weibull de 
dos parámetros, figura 2, podemos apreciar 
mejor las discrepancias entre los valores ex
perimentales y el ajuste teórico. 

La desviación del ajuste lineal es especial
mente notoria para los niveles más bajos de 
tenacidad a cada temperatura de ensayo, con 
frecuencias de fractura para -70 y -40•c, su
periores a las probabilidades de la predicción 
de Weibull, con el consiguiente riesgo si esas 
predicciones se usaran para diseño probabi
lístico (fig. 3). 

700 
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- - I.C. 95~ WeibuU 

1 
600 'i' 
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/s o 
500 

L[ 
IQ 

400 
1 €l 1 

1 o ~ 1 
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2- JOO /~ ~/ u / 

~ 
1 ;;:; / 1 

200 ////1 / 
/ 

1::./ 
/ 

/ 100 6/ A _fi t:. 
¡;_ ______ 

t:. 
o 

o 100 200 JOO 

TEMPERATURA (• K) 

Fig. 3. Tenacidad (rotura frágil) del 
acero A 533B en función de la temperatura 
(desde 77•K a temperatura ambiente). Resulta
dos experimentales (se incluyen datos medidos 
a dos temperaturas en la zona absolutamente 
frágil) y márgenes del 5 y 95% de probabilidad 
de fallo, derivados de los ajustes de fun
ciones de Weibull. 

Parece interesante intentar explicar el origen 
de esas desviaciones. Una primera explicación 
estaría basada en la presencia simultánea de 
dos poblaciones independientes de elementos 

microestructurales de fallo, conducentes a dos 
funciones ~ (ec. 2) diferentes, con predominio 
de una u otra según el volúmen muestreado [9]. 
En el caso de este acero, existe la 
probabilidad de nuclear fallos de descohesión 
por rotura de carburos o por rotura de in
clusiones no metálicas (mucho menos frecuentes 
que los primeros, pero de mayor tamaño medio). 
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Una segunda explicación puede residir en que 
las hipótesis que determinan la ec. (2) no se 
cumplen estrictamente en el caso de una grieta 
que sufre propagación estable antes de la 
rotura frágil, es decir, en la zona de 
transición. Concretamente, a diferencia del 
caso estático, la semejanza geométrica de la 
zona plástica (volumen muestreado) con factor 
de escala proporcional a K no se cumple cuando 
la grieta avanza establemente,con la zona 
plástica penetrando en un nuevo material y 
abandonando parte de su antiguo volumen 
plástico, de acuerdo con la curva de resisten
cia. Existe un tratamiento estadístico de este 
proceso, basado en el concepto "weakest link", 
con una aproximación bidimensional [lO). 
Merecería un desarrollo más completo. 

Finalmente, tampoco se puede descartar que las 
curvaturas de los diagramas de Weibull de la 
figura 2 sean meramente una consecuencia de la 
dificultad de medir con precis~on la 
probabilidad de fractura en la zona de baja 
tenacidad con un número limitado de resultados 
experimentales [11]. 

4. CONCLUSIONES 

- Las distribuciones de medidas de Kic de un 
acero A S33 B a temperaturas en el intervalo 
de la transición dúctil-frágil admiten un 
ajuste mediante funciones de Weibull de dos 
parámetros con parámetro de forma m = 4. 

- Este resultado concuerda con las predic
ciones teóricas de modelos de fractura 
basados en la hipótesis de fallo global por 
fallo del "weakest link" microestructural. 

- Es necesario estudiar con detalle las des
viaciones observadas para valores muy bajos 
de tenacidad, cuyo origen podría ser estruc
tural o ligado al proceso de rotura frágil 
con propagación estable previa. En ambos 
casos se viola en alguna medida la hipótesis 
básica conducente a probabilidades de 
Weibull con factor de forma m - 4. 
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CRITERIOS DE FRACTURA APLICABLES A LOS POLIMEROS REFORZADOS CON "FIBRAS EN PRESENCIA 
DE ENTALLAS 

Belzunce, F.J., Gutiérrez, A. y Viña J. 

Departamento de Ciencia de los Materiales e Ingeniería Metalúrgica 
ETS Ingenieros Industriales (Universidad de Oviedo) 
Carretera de Castiello, s/n. 33204 GIJON (ASTURIAS) 

Resumen.- Se ha utilizado el factor de intensidad de tensiones para caracterizar 
la fractura de probetas de poliester reforzado con mat y con tejido bidireccional 
de fibra de vidrio. Se utilizaron ensayos de tracción de probetas con una entalla 
lateral de tamaño variable. Asimismo se han determinado las curvas R de estos 
materiales y aplicado el criterio de fractura energético correspondiente. Este 
último criterio permite predecir con un grado de precisión notable las tensiones 
de fractura de estos materiales en presencia de entallas. 

Abstract.- The stress intensity factor was used te characterize the fracture of 
chopped strand mat and woven roving glass fibre reinforced polyester by means of 
single edge notched tensile specimens with variable crack lengths. Their R-curves 
were also determined in arder te apply the energetic criterion. This criterion 
allows the accurate prediction of fracture stresses when these materials have sorne 
kind of notches. 

1. INTRODUCCION 

Los polímeros reforzados con fibra de vidrio 
empiezan ya a utilizarse en grandes cantidades 
en aplicaciones estructurales muy variadas 
como son la fabricación de depósitos, reactores 
qu~m~cos, tuberías, paneles de automóviles, 
etc. y todos los datos apuntan en la línea del 
incremento continuado de su utilización en 
ingeniería. Sin embargo, los ingenieros no 
suelen conocer el efecto que tienen sobre este 
tipo de materiales la presencia de discontinui
dades y entallas. Generalmente este desconoci
miento, junto con otros factores intrínsecos 
derivados del propio proceso de fabricación 
utilizado, conduce a que los códigos establez
can unas tensiones de diseño muy ~nferiores a 
la resistencia real de estos materiales en 
virtud de la aplicación de factores de seguri
dad enormes en comparación con los utilizados 
en los diseños con aleaciones metálicas. 
Por estas razones es actualmente muy importante 
conocer y divulgar el comportamiento de los 
polímeros reforzados con fibras en presencia 

de concentradores de tensiones y establecer 
criterios de fractura en estas situaciones, 
soportados por una base teórica lo más riguro
sa posible, contrastados experimentalmente y 
de fácil aplicación en ingeniería. 

2. SENSIBILIDAD A LA ENTALLA DE LOS POLIMEROS 
REFORZADOS CON FIBRAS 

Los polímeros reforzados con fibras son, al 
igual que el resto de los materiales utilizados 
en ingeniería, sensibles al efecto de las 
entallas como se deduce del hecho de que sus 
correspondientes tensiones de fractura en modo 
I son claramente inferiores a las que resulta
rían si la tensión de fractura de la sección 
real permaneciera invariable con el tamaño de 
la entalla. Este supuesto se representa en la 
figura 1 por la recta de ecuación 

( 1 ) 

au es la resistencia a la tracción del material 
sin entallar, W el ancho de la probeta y a la 
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longitud de la entalla. 

v 1 flu 

A Mat. {3) 

o Tejido C 1,2, 31 

o 

o o 

a/w 

Fig. 1. Tensiones de fractura de probetas 
entalladas de resinas poliester y epoxi refor
zadas con mat y con tejido de vidrio 

Los datos bibliográficos ( 1 , 2, 3] , representados 
en la figura 1 , correspondientes a diferentes 
resinas de poliester y epoxi reforzadas con 
mat o tejido de fibra de vidrio muestran con 
claridad la sensibilidad a la entalla de estos 
materiales. Estos resultados indican que la 
tensión de fractura de las probetas entalladas 
de los materiales reforzados con fibras es 
aproximadamente inversamente proporcional a la 
raíz cuadrada del tamaño de la entalla a, lo 
que representaría la aplicabilidad de la 
teoría de la mecánica de la fractura elástica 
lineal. 

3. CRITERIOS DE FRACTURA 

La resistencia mecánica de los polímeros 
reforzados con fibras ha sido analizada por 
Nuismer y Whitney [4] ,quienes propusieron los 
denominados criterios de la tensión puntual 
("point stress") y de la tensión media ("avera
ge stress") de amplia difusión y aceptación. 
El criterio de la tensión puntual, deducido 
para una placa de dimensiones infinitas con 
una grieta centrada de tamaño 2a, predice el 
fallo cuando la distribución de la tensión 
normal delante de aquélla es tal que se alcanza 
la resistencia mecánica del material Ou a una 
determinada distancia característica bo medida 
desde el frente de la grieta. Se concreta en 
la expresión siguiente: 

o = o ( 1-01.2 )! 
u 

01. = a/(a+b ) 
o 

(2) 

El criterio de la tensión media predice el 
fallo en aquél mismo supuesto cuando el valor 
medio de la tensión normal en una determinada 
distancia característica e alcanza la resis
tencia mecánica del materiaf Ou, y se expresa: 

o = o [ ( 1 -15 ) 1 ( 1 +15 ) ] ! 
u 

Las ecuaciones (2} y (3) expresadas en términos 

del factor de intensidad de tensión crítico KQ 
resultan ser respectivamente: 

o Y [a(1-01. 2
)] ! 

u 

o Y [a(1-f3)/(1+B)]! 
u 

(5) 

(6) 

Y es el factor adimensional que tiene en 
cuenta la geometría de la probeta. Estas 
expresiones (5} y (6) se aproximan asintótica
mente a valores constantes para grietas sufi
cientemente grandes (a>b0 ,c0 ), definidos para 
los criterios de la tensión puntual y de la 
tensión media respectivamente por las ecuacio-
nes: 

KQ o <zrrb > ! 
u o 

(7) 

K = o {l!c /2) ! 
Q u o 

(8) 

Numerosos resultados experimentales han probado 
la adecuación de estos criterios a los políme
ros reforzados con fibras para una gran varie
dad de éstas y de orientaciones de las mismas, 
lo que en principio sugiere la posibilidad de 
aplicación de la teoría de la mecánica de la 
fractura elástica en la determinación del 
fallo de este tipo de materiales. Los valores 
de las constantes características obtenidas en 
los ensayos de Nuismer y Whitney fueron bo=1mm 
y co=3.8mm. 
Por otro lado Wells y Beaumont [5] e igualmente 
Harris [ 6 J , tras una amplia recopilación de 
datos correspondientes a una gran variedad de 
polímeros reforzados con tipos y orientaciones 
de fibras diversas mostraron que, exceptuando 
las entallas menores (inferiores a 2 mm.), el 
fallo de estos materiales se produce para 
tensiones inversamente proporcionales a la 
raíz cuadrada de la longitud de la entalla, 
bajo condiciones del factor de intensidad de 
tensión critico KQ constante, independiente 
del tamaño de la entalla practicada. Además, 
estos autores obtuvieron relaciones de propor
cionalidad entre el factor de intensidad de 
tensiones crítico K y la resistencia mecánica 
del material no ent~llado ou, tales que el 90% 
de sus datos quedaban recogidos por la igual
dad: 

K jo = 0.07 ±0.02 m! 
Q u 

(9) 

Esta expresión muestra que, a diferencia de lo 
que ocurre con las aleaciones metálicas y con 
los polímeros, donde normalmente todo aumento 
de la resistencia mecánica se consigue a 
expensas de la tenacidad, dado que los mecanis
mos de endurecimiento estructural (que inhiben 
el movimiento de las dislocaciones) dificultan 
al mismo tiempo la extensión de zonas plásticas 
localizadas, consumidoras de energía; los 
materiales reforzados con fibras poseen tanta 
mayor tenacidad cuanto mayor es su resistencia 
mecánica, hecho éste justificado en términos 
generales por la dificultad adicional que 
oponen las fibras a la progresión del daño. 

4. MATERIALES Y EXPERIMENTACION REALIZADA 

El material utilizado en este trabajo fué una 
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resina de poliester ATLAC 382-0SAD reforzada 
con mat y con tejido bidireccional de fibra de 
vidrio. Se prepararon placas de 400x250 mm 2y 2 
mm. de espesor por moldeo a mano bajo vacío y 
curado posterior a 80°C durante tres horas. 
Las probetas de ensayo utilizadas fueron de 
forma rectangular de 30 y 40 mm. de ancho. Con 
excepción de unas pocas probetas, sobre las 
que se midió la resistencia mecánica de los 
materiales no entallados, se practicaron 
entallas laterales de tamaños en relación al 
ancho (a/w) variables entre 0.1 y 0.5. Todas 
las entallas fueron afiladas con una cuchilla 
aguda con objeto de asegurar un radio en el 
extremo de O .1 mm. 
Se efectuaron ensayos de tracción uniaxial 
bajo control de desplazamiento en una maquina 
servohidráulica MTS de 250 KN con una velocidad 
de desplazamiento de las mordazas de 2 mm/min. 
Un extensómetro lateral situado a una distancia 
fija de 3 mm. respecto del borde lateral de la 
probeta nos permitió medir continuamente la 
abertura de la entalla en el proceso de carga. 
Finalmente, se obtuvo el registro gráfico de 
la fuerza aplicada en función de la deformación 
localizada en la zona de la entalla, COD. 
El factor de intensidad de tensiones bajo 
condiciones de tensión plana K1 se calculó a 
partir de la fórmula siguiente: 

(P/W.t)Yv'a 

P es la fuerza aplicada, W y t el ancho y el 
espesor respectivamente, a el tamaño de la 
entalla, e Y el factor adimensional geométrico 
siguiente: 

Y= 1.99- 0.41(a/WI + 18.7(a/W) 2
- 38.48(a/W) 3 + 

+ 53.85(a/wl 4 

Aunque la expresión del factor de intensidad 
de tensiones utilizada es únicamente válida 
para el caso de materiales isótropos y homogé
neos, puede también aceptarse para la caracte
rización de los materiales que se han utilizado 
en este trabajo [?]. 

S. RESULTADOS Y DISCUSION DE LOS MISMOS 

5.1. Tenacidad a la fractura 

La figura 2 muestra las curvas fuerza-abertura 
del extensómetro (COD) típicas que se obtienen 
con este tipo de materiales para diferentes 
tamaños de las entallas. Todos estos gráficos 
son incialmente lineales, pero más adelante se 
desvían de la linealidad debido a la acumula
ción de daño estructural en el frente de la 
entalla antes de que tenga lugar la fractura 
final de la probeta. Hay que tener presente 
que estos materiales no se deforman plástica
mente. 
Estos gráficos nos han permitido determinar el 
factor de intensidad de tensiones de iniciación 
del daño Ki (de acuerdo con la norma ASTM 
E399, se ha calculado a partir de la carga 
para la que se aprecia una desviación de la 
rigidez inicial de un 5%) y el factor de 
intensidad de tensiones critico KQ (utilizando 
la carga máxima). Igualmente hemos calculado 
las distancias características bo y co de 

ajuste de nuestros resultados con el modelo de 
Nuismer y Whi tney. En la tabla 1 se presentan 

·los valores medios de todos estos parámetros 
para el poliester reforzado con mat y con 
tejido de vidrio. Mientras ei factor Ki era 
independiente del _tamaño de la entalla, el 
parámetro KQ aumentaba ·ligeramente con aquélla. 
Las distancias características bo y co obteni
das en estos ensayos fueron algo mayores que 
las deducidas por Nuismer y Whitney, hecho 
este achacable a diferencias en los procesos 
de fabricación seguidos en uno y otro caso. 

10 

P ( KN) 

a:4nvn 

S 

COD (mm) 

0.5 1.0 

Fig. 2. Gráficas Fuerza-desplazamiento del 
extensómetro correspondientes a probetas 
entalladas de poliester reforzado con mat de 
vidrio (W=40mm). 

TABLA 1 . Propiedades mecánicas y parámetros 
característicos del poliester reforzado con 
mat y con tejido de vidrio. 

vf E o K. (;~.,mi) 
b e 

(%peso) (MPa) (MP~) (MP!i.Jiil (~) (~) 

J Poliester/l!!at 46.9 7920 181 9.3 17.9 1.4 5.6 

J Poliester/Tejido 69.9 10980 359 13.1 35.9 1.5 6.3 

La figura 3 muestra los valores de Ou y KQ 
obtenidos con los materiales utilizados en 
este trabajo junto a otros datos bibliográficos 
correspondientes a materiales similares. La 
recta de regresión obtenida muestra un buen 
coeficiente de correlación (0.94), digno de 
ser tomado en consideración si se tiene en 
cuenta que estamos tratando con materiales 
diversos obtenidos en condiciones de fabrica
ción diferentes, y una fendiente (relación 
entre ~ y Ou) de 0.075 m • Es de destacar la 
excelente correspondencia de estos resultados 
con los expresados por la ecuación (9), lo que 
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confirma una vez más que la tenacidad a la 
fractura de los polímeros reforzados con fibras 
aumenta paralelamente con su resistencia mecáni
ca. Siendo estos materiales esencialmente 
fragiles, se comportan de modo tenaz en presen
cia de entallas como consecuencia de la apari
ción de una zona dañada delante de aquéllas, al 
modo de las zonas plásticas que se crean en las 
aleaciones metálicas. Esta similitud aparente, 
unida a la posibilidad contrastada de utilizar 
el factor de intensidad de tensiones K para 
caracterizar el proceso de fractura en estos 
materiales, indujo a plantear la posibilidad de 
evaluar su comportamiento en presencia de 
entallas mediante las curvas de re si tencia o 
curvas R[11 ,12,13]. 

40 ....... 

~ 
E 
o 30 

ct. 
~ o [ 81 

20 
A { 9) o 

~ o o [10) 
10 

o 100 200 300 400 sao 
<rufMPa) 

Fig. 3. Representación de la relación existente 
entre el factor de intensidad de tensiones 
critico y la resistencia mecánica de los mate
riales ensayados junto con otros datos obtenidos 
de las referencias [B] , [9] y [10]. 

5.2. Curvas R 

La forma de las curvas fuerza-abertura del 
extensómetro obtenidas experimentalmente con 
las probetas entalladas (Fig. 2) sugiere la 
aparición primero y el crecimiento luego de una 
zona dañada delante de la entalla que finalmente 
lleva a la fractura inestable de la probeta. 
Sin embargo, no se puede caracterizar el creci
miento de este daño como la extensión de una 
grieta desde el frente de la entalla, sino que 
más bien se identifica como una zona más o 
menos extensa de daño estructural donde ocurren 
fenómenos como roturas de fibras, agrietamientos 
irregulares de la fase matriz y separaciones de 
las intercaras fibra-matriz. 
Este daño estructural puede ser asimilado a una 
grieta equivalente o extensión de la entalla 
original que da lugar a una flexibilidad de la 
probeta idéntica. Midiendo la flexibilidad 
inicial de probetas entalladas para relaciones 
del tamaño de la entalla inicial al ancho de 
las mismas ao/ w variables entre O. 1 y O. 5 se 
pueden obtener las curvas de flexibilidad de 
las probetas entalladas. La figura 4 muestra 
una de estas representaciones así como el buen 
ajuste de los datos experimentales logrado con 
una curva de regresión parabólica. 
Conocidas las curvas de flexibilidad de las 
probetas ensayadas es posible calcular para 
cada carga de los gráficos fuerza-abertura del 
extensómetro (Fig. 2), la flexibilidad en cada 

instante, y a continuación el tamaño de la 
grieta efectiva o equivalente ae. Con todos 
los datos obtenidos al ensayar probetas de 
igual geometría se determina la curva de 
resistencia o curva R del material representan
do los valores del . factor de intensidad de 
tensiones efectivo K1 (ae) frente al crecimiento 
de la grieta ~a (~a=ae-ao). 
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Fig. 4. Curva de flexibilidad 
entalladas de poliester reforzado 
vidrio (w=40mm). 

de probetas 
con mat de 

La figura 5 muestra las curvas R obtenidas al 
ensayar probetas de poliester reforzado con 
mat y con tejido de vidrio. Las curvas R del 
poliester reforzado son independientes del 
tamaño de la entalla inicial a0 [11 ,13,14,15]. 
La linealidad de las curvas R obtenidas resulta 
llamativa en comparación con las curvas expo
nenciales que habitualmente se obtienen con 
las aleaciones metálicas, aunque este comporta
miento podría estar justificado en virtud del 
comportamiento elástico lineal típico de los 
materiales ensayados y de la ausencia de zonas 
plásticas. Las curvas R del poliester reforzado 
con mat y con tejido de vidrio pueden expresar
se por las rectas de regresión siguientes: 

Poliester/Mat: KR 

Poliester/Tejido: KR 

3500 ~a+ 12.5 (MPaJffi,m) 

7500 ~a + 13 (MPa~m,m) 

Finalmente hemos utilizado estas expresiones 
de las curvas R para aplicar el criterio 
energético representado en la figura 6 y 
expresado analíticamente por las condiciones 
siguientes: 
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Fig. 5. Curvas R del poliester reforzado 
mat y con tejido de vidrio (W=40mm). 
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a 

Fig. 6. Representación gráfica del criterio 
energético de fractura basado en las curvas R. 

KG KR 

aKG/aa = aKR/aa 

donde KG es la fuerza disponible pé.rs la exten
sión de la grieta G expresada en términos del 
factor de intensidad de tensiones. La aplicación 
de este criterio de fractura a las probetas 
utilizadas en nuestra experimentación se expresa 
del modo siguiente: 

oY/a = A + B (a-a ) 
o 

(1/2)oY a-! + o.fa (dY/da) B 

A y B son las constantes que definen la ecuación 
de la recta R. 
Estas ecuaciones nos permiten determinar, 
conocido el tamaño de la entalla inicial a 0 , la 
tensión de fractura oc y el tamaño de la grieta 
crítica en el momento de la fractura ac (Fig. 
6). 
Finalmente se ha aplicado este criterio de 
fractura al poliester reforzado con mat de 
vidrio (Fig. 5) para predecir la tensión máxima 
soportada por las probetas entalladas de 30 
mm. de ancho. Los resultados obtenidcs, repre
sentados en la Fig. ?,muestran una buena corres
pondencia con los datos experimentales, máxime 
teniendo en cuenta la variabilidad de las 
propiedades de los materiales utilizados justi-

ficada por su escasa uniformidad. 

a.¡w 

Fig. 7. Tensión de fractura de ¡::robetas de 
poliester reforzado con mat de vidrio (W=30mrr·). 
Resultados teóricos y experimentales. 

6. CONCLUSIONES 

En este a¡::artado se señalan las siguientes 
conclusiones: 
Las condiciones de fractura de los polímeros 
reforzados con mat y con tejido de vidrio 
pueden caracterizarse a partir del factor de 
intensidad de tensiones, parámetro caracterís
tico de la mecánica de la fractura elástica-li
neal. En oposición al comportamiento tipico de 
las aleaciones metálicas, el factor de intensi
dad de tensiones crítico de estos materiales 
es directamente proporcional a su resistencia 
mecánica. 
En este trabajo se expone un método simple de 
cálculo de las curvas R de los polímeros 
reforzados con fibras. Estas curvas son linea
les e independientes del tamaño de la entalla 
inicial ao. 
Finalmente, la aplicación del criterio energé
tico de fractura, basado en las curvas R, 
permite predecir, con una buena precisión, la 
tensión de fractura de estos materiales en 
presencia de entallas. 
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RESUMEN 

Un completo estudio de caracterización de la resistencia a la CBT en agua de mar simulada 
de aceros de baja aleación ha mostrado el control ejercido por la microestructura y la resisten
cia mecánica sobre su comportamiento. 

En este trabajo se aborda la modelización de los mecanismos a escala microestructural que 
se suceden en los procesos de fisuración. Esta puede entonces entenderse como la sucesión 
de roturas inestables de alcance limitado condicionado por el efecto de fragilización local 
en el fondo de la fisura preexistente. Los procesos de rotura quedan controlados por el es 
tado de deformaciones, las características microestructurales en la zona plástica, variabkE 
dependientes del estado de cargas y la situación ambiental, y del límite elástico del mate 
rial. 

ABSTRACT 

After a complete study on the SCC resistence of low alloyed steels in simulated sea water, 
it has been shown the control that microstructure and strength have on the obtained beha
vior. 

This work tries to modelize the micromechanisms associated to the cracking processes of SCC 
phenomena. Crack propagation is thenunderstood as a discontinuous series of unstable local 
fracture of the hydrogen embrittled area ahead of the previous crack tip. The control of 
such a process is established by the strain field, the microstructural characteristics and 
the hydrogen concentration at the plastic zone, variables dependent of stress and enviran
mental conditions and the strength of the material. 

:L-' INTRODUCCION 

En el marco de una amplia investigación se ha -
analizado el comportamiento en CBT en ambiente 
de agua de mar simulada, del acero de baja alea 
ción AISI 4135, bajo un gran número de tratamiéñ 
tos térmicos (1) agrupados en series en cada uña 
de los cuales se ha estudiado el efecto de deter 
minadas situaciones o aspectos microestructura
les (2). De esta manera se tienen establecidas 
las variables que controlan los procesos de CBT 
para estos aceros, en cada tipo de comportamien 
to que presentan en función de las condiciones
que concurren en los mismos, de tipo ambiental, 
tensional y microestructural. 

Asi en las roturas de tipo intergranular, IG, 
presentes en microestructuras con martensita dis 
locada o revenida por debajo de una temperatura
crítica, son los parámetros asociados al borde 
de grano, como el tamaño de grano o la precipi
tación en el borde, los que aparentemente centro 
lan el comportamiento. También se ha hecho pateñ 
te la existencia de una temperatura crítica de -

revenido donde se produce la transición intergra 
nular-transgranular, IG-TG, sin una evidencia
clara de un cambio sustancial en el mate
rial que lo justifique. Finalmente el comporta
miento de tipo transgranular, TG, es muy varia
do en función del tipo de microestructura presen 
te, desde un cuasi-clivaje asociado a la presen= 
cia de bainita, a procesos de propagación por 
formación de huecos en martensitas revenidas a 
alta temperatura. 

Este trabajo trata de modelizar este comportamen 
to tan poco uniforme con un modelo general que -
justifique las variaciones encontradas. 

2. MODELIZACION 

Un primer estudio de modelización efectuado so
bre el comportamiento intergranular de estos -
aceros definió un modelo mecánico a escala ma
croscópica basado en el giro en torno a una ró 
tula plástica localizada en el fondo de la fisu 
ra, Figura l. El modelo permite relacionar la 
situación umbral de fisuración, Krscc• con el 
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ZONA PLASTICA 

\ 
R ' 

Fig. l. Modelo mecánico macroscópico. 

valor de la abertura angular en el fondo de la 
fisura (3), denominada por las siglas CTOA 
("crack tip opening angle"), Figura 2 (4). 

La concepción simplista desde el punto de vista 
mecánico de éste modelo impide justificarlo con 
micromecanismos asociados a situaciones microes 
tructurales locales, pero pone en evidencia la
importancia decisiva de alcanzar deformaciones 
angulares locales críticas para que se produzca 
fisuración. 

Ello hace que se trate de modelizar los fenóme
nos de CBT, y en concreto las condiciones umbra 
les de propagación, con el establecimiento de 
condiciones críticas de deformación local en la 
zona plástica asociada al fondo de fisura cuyo 
importante papel en el control del proceso ya se 
había demostrado (1,5). Estudios previos sugie
ren que el modelo se basa en el efecto de fragi 
lización local producido por la presencia de hi 
drógeno en esta zona plástica, afectando prefe= 
rentemente a determinados aspectos microestruc
turales presentes en ella (6-8). Las condiciones 
de propagación se contemplan, por tanto, como 
aquellas condiciones críticas que permiten la 
iniciación de una rotura local en una zona donde 
el hidrógeno está presente. Estas condiciones 
son semejantes a las establecidas por modelos de 
fractura local (9), siguiendo las directrices de 
la Mecánica de Fractura, en base a la obtención 
de estados de tensión o de deformación críticos 
en· lugares próximos al extremo de la fisura y 
cuya localización está asociada a aspectos micro 
estructurales concretos. 

Tras estas consideraciones, el modelo fija las 
condiciones críticas de propagación de una fi
sura en alcanzar una deformación crítica,f*, de 
finida por las condiciones tensionales en ~1 -
fondo de la fisura, las condiciones ambientales 
y la microestructura del material, en un punto 

.-k' 
/ .. , , .. / 

/;.. 

.. 
t.D-10 tito·• 

A .... a, 

8 IUICD 

• IPICC 

Fig. 2. Variación de CTOA con Krscc· 

•.•. to·• 

relacionado con un aspecto microestructural con 
creta, situado a una distancia 1* del fondo de 
la fisura. 

Es decir, hay propagación si: 

Ep(l*) ~ t:f<Oj_j), (H), microestructura) /1/ 

donde E*(l*) es la deformación plástica equiva
lente a~canzada a la distancia 1* del frente de 
fisura donde hay un aspecto microestructural qE 

modela la propagación y E* es el valor crítico 
de deformación, consideraÁdo el hidrógeno capaz 
de acceder a ese punto. 

Una vez en propagación, cumplida la condición /1~ 
la fisura se detiene como consecuencia del des
censo de la concentración de hidrógeno con la 
distancte al frente de fisura primitivo. Tras 
este ~roceso de rotura local, para valores de Kr 
super1ores a Krscc• hay un tiempo de incubación, 
ti, en el que el hidrógeno se difunde hacia la 
nueva zona plástica, siendo atrapado por los as 
pectos microestructurales presentes en ella al 
cánzandose de nuevo las condiciones para el,si= 
guiente rotura local, manteniéndose la propaga
ción. 

3. FISURACION INTERGRANULAR 

Los casos de fisuración intergranular en el ace 
ro estudiado se han asociado a estructuras mar= 
tensíticas, dislocadas o revenidas, y a tamaños 
de zonas plásticas en parada inferiores al tama 
ño de grano. En las estructuras mencionadas la
unión de las lajas martensíticas con el borde de 
grano es un lugar susceptible de obtener la ma
yor concentración de hidrógeno (10). De esta ma 
nera se puede considerar estos puntos como los
de nucleación de las fisuras, y la anchura de 
lajas, l~m, como parámetro de nucleación 1*, ya 
que es siempre inferior al tamaño de zona plásti 
ca Y por tanto estos puntos están incluidos en -
ellas. 

La Figura 3 muestra un esquema de la situación 
en las proximidades de la fisura en relación con 
los parámetros de tensión y deformación obteni
dos como éonsecuencia del estado de carga. Con
siderando la situación umbral de propagación, 
para Kr=Krscc• se puede evaluar el estado tensio 
nal EP(x), (11) y el correspondiente valor -
ép(l*=1¡Um) suponerlo como el valor crítico EJ 
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Fig. 3. Fisuración intergranular. 

de deformación que permite que la grieta se pro 
pague. La Figura 4 explica, para aquellos trata 
mientas que mostraron una respuesta intergranu= 
lar, los valores obtenidos de e f' normalizados 
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Fig. 4. Deformación plástica frente a Krscc' 

con-referencia a la deformación en límite elás
tico del material, en relación con los corres
pondientes valores Krscc· En ella se puede apre 
ciar cómo la mejora en la resistencia a CBT, -
Krscc mayores, está asociada a valores críticos 
de deformación mayores, asociados a menores efec 
tos de fragilización. La correlación obtenida -
varía de una a otra serie analizada, siendo mas 
acusada la variación de las condiciones críticas 
de deformación por unidad de factor de intensi
dad de tensiones en la serie B, donde la varia
ción microestructural y del límite elástico es 
más acusada. La curvatura que presentan las co
rrelaciones justifica una mayor variabilidad de 
las condiciones críticas para mayores valores de 
Krscc• lo que va asociado a menores valores de 
límite elástico, y por ambas razones a un mayor 
tamaño de la zona plástica. 

Considerando la Serie A, la pequeña variación 
del límite elástico, ~ 10%, de unas a otras mues 
tras no justifica la evolución observada en el 
valor Sf-· Sin embargo, como muestra la Figura 5, 

g* 
1 

O'"y /f :v 
4 

20 50 lOO 

Fig. 5. Deformación E[ frente a td. 

esta evolución está en plena correlación con la 
zona fuertemente dislocada próxima al borde de 
grano, td, determinada por técnicas de microsco 
pía electrónica de transmisión. El crecimiento
del espesor de estas zonas justifica la existen 
cia de mayor número de zonas donde el hidrógeno 
que llega a la zona plástica, prácticamente cons 
tante, es atrapado, por lo que su efecto en pun= 
tos locales es menor ya que su concentración en 
ellos también lo es al estar más distribuido. 
Este menor efecto se asocia a mayores valores de 
é[• y por tanto a mayores valores de Krscc para 
alcanzar esa deformación •. 

Considerando las Series B y C, un efecto de com 
petitividad en el atrapamiento de hidrógeno de= 
bido a la presencia de carburos, precipitados en 
borde de grano o fuera de él, justifican los ma-
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yores valores de E} obtenidos. Asimismo el aumn; 
to de su variación se asocia al aumento progre
sivo de la presencia de estos carburos como co~ 
secuencia del incremento de la temperatura de 
revenido. 

La velocidad de propagac~on es dependiente del 
tiempo de incubación para alcanzar las condicio 
nes críticas, y por tanto depende de la difusi= 
vidad del hidrógeno en la zona local de propaga 
ción. En los procesos intergranulares la difu-
sión por borde de grano debe jugar un papel fun 
damental y justifica los valores prácticamente
constantes, lo-6 ms-1, alcanzados en todas es~ 
series. 

4. LA TRANSICION IG-TG 

Justificado el comportamiento IG, en CBT, queda 
por establecer por qué a una temperatura de re
venido crítica se produce el tránsito a régimen 
TG. 

Los cambios que se producen en la zona plástica 
de fondo de fisura de una situación IG a TG se 
pueden apreciar en los esquemas de la Figura 6, 
que quedan sustentados por los valores experi
mentales dados en la Tabla 1, correspondientes 
a dos tratamientos donde sólo varía la tempera
tura de revenido. 

PROBETA 

84 
85 

TRfC) 

425 
450 

CBT 

IG 
TG 

Klscc(MPa.m 1/2) 

22,5 
75,0 

Considerando que la muestra 84, revenida a 425° 
representa una situación practicamente límite 
de respuesta IG, se asocia a que la posición de 
nucleación, l*=ljUm, queda más próxima a la fi
sura que el punto de máxima fragilización posi
ble, Xmax=2,l~m, por lo que la acción del hi
drógeno es baja. La muestra 85, revenida a ma
yor temperatura, presenta menor límite elástico 
lo que aleja la zona de máxima fragilización, y 
mayor precipitación, y esto favorece la disper
sión del hidrógeno, provocando que no se alcan
cen las condiciones críticas de manera semejan
te a la muestra 84. El incremento de carga en 
busca de situaciones críticas hace que el proce 
so evolucione en el mismo sentido alejando el -
punto de máxima fragilización. De esta manera 
~a zona plástica va dejando el campo del tamaño 
de grano y se incorpora a una región que abarca 
un número de granos creciente, donde las zonas 
de máxima fragilidad afectan a cualquier zona 
del material y hay numerosos accidentes microes 
tructurales que pueden ser núcleos potenciales
de propagación de la fisura. Uno de ellos se 
constituirá en tal; el más débil bajo considera 
cienes de energía de decohesión en función del
hidrógeno que es capaz de absorber y del efecto 
de éste en él. En el ejemplo 85, claramente pre 
senta una € (l*=lfLml altísima que, sin embargo~ 
no nuclea 1~ fisura. Esta se debe nuclear en al 
gún lugar 

da!dt(m/s) 
3.1o-7 
4.1o-e 

en torno 

Xmax(¡¡m) 
2,1 
23,7 

al valor xmax de 23, JU-m m a-

dlry ~ p(Wm)![ t> y!E] 

2,4 12,35 
0,195 139,38 

TABLA l. Parámetros asociados a la CBT de dos martensitas revenidas. 

\ 7H ~ / IG 

L*:: Xmcx r Y 

Fig. 6. La transición IG-TG. 
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yor que la faceta de grano, cuando la zona plás 
tica se extiende en una distancia equivalente a 
la de cinco veces el tamaño de éste. 

Tras ello podemos establecer que la condición 
/1/ debe ser complementada a la hora de modeli
zar la posibilidad de propagación. Se debe cum
plir que: 

1* > l 
X 

l* :f. r y 

e x _ 
x max 

/2/ 

/3/ 

es decir, el punto donde se nuclea la fisura de 
be tener una fragilización garantizada, por lo
que queda establecida su zona en función del 
perfil del estado tensional, y en concreto de 
su punto de máximo estado hidrostático.dentro 
de la zona plástica. 

Bajo estas condiciones, habrá propagación IG si 
en parada: 

1 *" 1
raceta de =d/2.3 /4/ 

y TG si: 
grano 

1* > 1
faceta de grano 

=d/2.3 /5/ 

donde d es el tamaño de grano, y d/2.3 es el ta 
maño de su faceta en un modelo de grano definí= 
do por un tetrakaidecaedro (12) o poliedro de 14 
caras. 

La transición IG-TG ha sido ·estudiada específi~ 
camente atendiendo a las directrices de este mo 
del o ( 13), en dife·rentesseries de tratamiento de 
revenido, variando de unos a otros al tamaño de 
grano. La Figura 7 pone de manifiesto cómo a me 
dida que aumenta el tamaño de grano, de la Ser[.; 
IB a la IIIB, la transición IG-TG va evoluci~ 
do hacia mayores temperaturas de revenido, y hay 
mejora en la resistencia a CBT en régimen IG, L 

todo ello acorde con la modelización efectuada. 

ISO 

a SIERIE tB 
o SERr!: UB 
o SERIE ma 

10 

400 4!!5 ·~ 47!5 500 T. R. -e 

Fig. 7. Temperaturas de transición. 

La transición IG-TG queda marcada también en la 
velocidad de propagación, ya que el, acceso del 
hidrógeno a las zonas a fragilizar deja de estar 
controlado por la difusión por borde de grano en 
el caso transgranular, y es la difusión a través 
de la matriz la que controla el proceso, por lo 
que éste se ralentiza y toma valores que depen
den fuertemente de la microestructura (1,6). 

5. FISURACION TRANSGRANULAR 

Para el régimen transgranular las condiciones ya 
han quedado establecidos con /1/,/2/,/3/ y /5/, 
siendo la microestructura la que debe justificar 
la variabilidad de tipos de rotura observados y 
de velocidad de propagación. La Figura 8 muestra 
unos esquemas que justifican el comportamiento 
con rotura en cuasi-clivaje de las estructuras 
bainíticas, y con formación de huecos en las mar 
tensíticas revenidas. 

En los ejemplos baíniticos estudiados se aprecia, 
que los puntos de nucleación observados fractogní 
ficamente, se asocian en su posición al espacia-
do de las lajas bainíticas y están próximos a la 
zona de máxima tensión hidrostática. De esta ma
nera el tamaño de laja bainítica se establece co 
mo el parámetro microestructural que controla la 
CBT, lo que corrobora análisis previos en que se 
había determinado una buena relación entre la 
densidad de facetas de clivaje y la densidad de 
lajas (1). 

En los casos de formación de huecos la propaga
ción se modeliza al igual que en los casos de -
fractura convencional, cuando se alcanza la de
formación angular, CTOA, crítica, establecida en 
CBT por la relación entre el desplazamiento en 
el frente de fisura ÓI• y la distancia donde se 
nuclea el hueco, asociado al punto de máxima ten 
sión hidrostática, determinados ambos por la fra 
gilización provocado en éste por La presencia de 
hidrógeno. 

6. CONCLUSIONES 

Se modeliza los fenómenos de propagación de fisu 
ras por CBT, con validez generalizada, estable-
ciendo ésta como una sucesión de roturas inesta 
bles a través de zonas fragilizadas por hidróge 
no dentro de la zona plástica. Estas roturas se 
nuclean en puntos microestructurales, a distan
cia 1* del fondo de la fisura, necesitando para 
ello alcanzar una deformación crítica, Er• est~ 
blecida por el efecto fragilizante local de hi
drógeno. La zona de nucleación queda determinada 
por diversas condiciones asociadas al tamaño de 
la zona plástica, que por su relación con el ta 
maño de grano establece el tipo de rotura: trans 
granular TG o intergranular IG. 

Entre cada dos roturas consecutivas se produce 
un tiempo de incubación en el que el hidrógeno 
accede a la nueva zona a fragilizar. Este tiem
po de incubación, dependiente de la difusión del 
hidrógeno condicionada por el tipo de via utili 
zada, condiciona la velocidad de propagaéión. -
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CARACTERIZACION EN FATIGA DE MATERIAL DE PUENTES METALICOS ANTIGUOS DE FERROCARRIL 

Varona, ~-Mª., Hernández, A., Gorrochategui, I., Gutiérrez-Solana, F., González, J. 

Escuela Técnica Superior de Ingenieros de Caminos, Canales y Puertos 
Universidad de Cantabria 
Avda. de Los Castros, s/n. 39005-SANTANDER 

Resumen.-En el marco de un estudio de la vida residual de puentes metálicos antiguos de ferrocarril se ha carm 
terizado el comportamiento en fatiga de sus materiales: aceros de tipo estructural y hierro pudelado. 

En todos los casos se ha tratado de determinar las curvas de tipo S-N acorde con la normativa de cál
culo estructural. El número de ensayos necesarios para este tipo de caracterización ha sido minimiza
do tras la determinación previa de la velocidad de fisuración, da/dN-ÁKI, sobre probetas tipo CT y la 
realización de un análisis fractográfico complementario a los ensayos de tiempo o ciclos de rotura pa 
ra determinar situaciones de iniciación en defectos existentes en las probetas ensayadas. La prepara= 
ción de éstas ha requerido una metodología acorde con los objetivos a cubrir. 

Los resultados ofrecen interesantes conclusiones aplicables en el análisis estructural. 

Abstract.- As a part of a work on the residual life of old metallic railroad bridges, their materials 
structural steels and puddle irons, have been analyzed, characterizing their fatigue behaviour. 

In all the cases the S-N curves have been obtained to help in the standarized structural analysis. 
The number of tests needed has been minimizo after a previous characterization of crack propagation, 
da/dN-AKI, on CT type specimens and a fractographic analysis on fracture surface to determine the 
existing defects where crack initiates. To cover these goals a methodology of testing and results 
analysis has been prepared. 

The results offer interesting conclusions to be applied on the structural analysis. 

1. INTRODUCCION 

1.1. Antecedentes 

Al objeto de conseguir un mejor conocimiento del 
material, de los esfuerzos que se transmiten en
tre las piezas y del comportamiento frente a las 
cargas exteriores que se repiten un gran número 
de veces (fatiga), se han estudiado muestras de 
cuatro puentes metálicos de ferrocarril de la lí 
nea Madrid-Hendaya. 

Aunque los ensayos de caracterización (1) abarca 
ron tanto los típicos convencionales (análisis 
químico y metalográfico, soldabilidad, caracte~ 

rísticas mecánicas: tracción, resiliencia y do
blado) corno en fatiga, el presente trabajo sólo 
contempla este segundo aspecto de comportamiento 
en fatiga del material, como punto de partida pa 
ra determinar la vida residual de los puentes eñ 
función de la historia de cargas que han circul~ 
do hasta el presente y de las previsiones sobre 
la evolución del tráfico en el futuro. 

1.2. Objetivos 

Se plantearon corno objetivos a cubrir, la deter
minación de las curvas de Wohler tipo S-N y de 
velocidad de fisuración, da/dN-~KI, mediante pr~ 
betas tipo CT, realizando posteriormente un aná
lisis fractográfico complementario. 

En todos los casos, se ha tratado de enmarcar 
los ·resultados en el ámbito de la normativa de 
cálculo estructural y recomendaciones de verifi
cación en fatiga de construcciones metálicas: 
CECM (Convention Européenne de la Construction 
Métallique) (2), SIA (Société suisse des Ingé
nieurs et des Architectes, SN 555 161) (3), IPA 
(Instrucción Puentes de Acero) (4), BSI (British 
Standards Institution, BS 5400) (5) y UIC (Unión 
Internationale des Chernins de Fer) (6). 

2. MATERIALES 

El material analizado fue extraído por medios m~ 
cánicos de los puentes en estudio y restituido 
convenientemente. Sus características más sobre-
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salientes aparecen en la Tabla 1, donde se reco
ge la composición química de las muestras con -
contenido máximo y mínimo de carbono y su límite 
elástico. 

conseguido siguiendo dos procedimientos parale
los y complementarios. 

COMPOSICION QUIMICA LIMITE ELASTICO 
PUENTE MATERIAL PIEZA 

e Mn 

6 0.133 0.64 
1 Acero 

3 0.027 0.40 

7 0.010 0.03 
2 Hierro 

pudelado 
1 0.001 0.04 

4 0.088 0.42 
Acero 

3 0.053 0.37 
3 

Hierro 8 0.008 <0.02 
pudelado 

5 0.001 <0.02 

2 0.206 0.52 
4 Acero 

6 0.036 0.46 

TABLA l. 

El acero presenta una microestructura ferrítico
perlítica (Foto 1) y el hierro pudelado, de ma
triz ferrítica, tiene como principal caracterís 
tica microestructural la presencia de escorias
(Foto 2), orientadas en la dirección de lamina

superando en ocasiones el 

Foto l. Microestructura del acero (xl.OOO). 

Foto 2. Detalle de escorias en hierro pudelado. 

3. METODOLOGIA Y RESULTADOS 

La caracterización del material en fatiga se ha 

SI p S rry (N 1 mm 2 ) 

0.12 0.064 0.0!11 293.3 
!---· 

.:o.o3 0.035 0.029 197.7 

0.10 0.410 0.026 240.8 
----

0.13 0.480 0.037 261.4 

<0.03 0.0!10 0.0!12 250.6 

.:0.03 0.041 0.058 300.7 

0.38 0.!1!10 0.053 266.3 

0.39 0.600 0.067 254.1 

<0.03 0.030 0.071 304.1 

<:0'.03 0.007 0.027 300.2 

Con el primero, utilizando los principios de Me 
cánica de Fractura y empleando probetas tipo CT 
de espesor igual al de la pieza extraída, se han 
obtenido las curvas de velocidad de propagación, 
da/dN"ilKr, para los dos materiales constituyentes: 
hierro pudelado y acero, Figura l. 

de/ dN 
fmtc:lclo) 

,a·'r-' -------,----,.----, 
• f . ~ 
, f . ' 
, r 

i 
• l 

eL 
i 

• r 

• > 
1 

'r 

ele .a '"" Id N ~z.OB!íhtC (AK 1 ) 

1 

Fig. l. Velocidad de propagación en fatiga de 
los materiales ensayados. 

El segundo procedimiento es el clásico habitual 
de obtención de las curvas tipo S-N a partir de 
ensayos de fatiga con diferentes niveles de am
plitud de carga. Las probetas longitudinales pla 
nas utilizadas en los ensayos se consiguieron 
por corte mecánico de las muestras facilitadas, 
conservando su estado original, conteniendo to
das ellas un borde libre de la pieza y repasando 
convenientemente la línea de corte. De esta for
ma se consiguió en todos los casos que el proce
so de iniciación se localizara en defectos que 
representa el material en su estado actual. El 
sistema de anclaje probeta-máquina de ensayo 
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PUENTE N•l 

ENSAYOS DE FATIGA (BORDE LIBRE) 

OU..tCNS'IONES 
tr, 69" AP 

PIEZA Ancho SECCtoo 
(Kg/mm2) 

CICLOS 

Canto 
(Ko/ntm2} ,.,, 

l. T tv~ 1 ~130 -270 1.385,870 

1 . ZTO zo.s 
27.8 

.)0 U·Z 7!580~&40 f08, 2.80 

2 . 
tT 

HO 30 

11.3 1 T· 1 4aeo-2ee 872.188 

3 • 285.0 20 

2!5.3 

11. e 15·1 4312J$-2e1!5 2.000,000 

4 . 287,!5 20.!5 
25 20-1 !5750-287 12. '1!51 

IO.T ze-z 7400-53!5 2:.000000 

5 • 287.!5 30 
25 e•-• 77!58-288 1~43.198 

10.7 !.8-2: 7317-!58.5 1.883.0~4 

6 . 281.4 30 

28.3 

12.3 24-2 7824-8~2 2000.000 

7 . 32& 30 

!tU! 29 -2 9454·fH52 483.188 
--

1! u-z eeoo-eoo 2.000.000 

e . 300 30 

z• 28-t 8400-800 721.7!H 

TABLA 2. Resultados en fatiga. Puente nHl, 

PUENTE N"3 

ENSAYOS DE FATIGA ( BORDE LIBRE) 

OfMENSION(!l 
~, A!I AP 

PIEZA Anc:he SECCION CICLOS 

Canto U<o/mm2t U<olmm 2 J IKol 

10 24-2 53!52·41"'8 lfiO 511 

1 . 
22.. 3 

223 "" 
10 2.0-2 4240-424 2 000000 

2 . 212 27 
21. 2 2 6-2 5!512- 42.4 !124.358 

10 2.8-3 8020-~5 87.1!12 

3 . ZIO !0,!5 
21.5 

10 1 B-3 4230-70!5 2.000.000 

4 ' 230 2~,5 

23. ~ 25-! ~97~-705 TT2 784 

8 2 4-2 4580-380 2e.ree 
5 ' 190 28 

23. 8 

8 20-2 ~380-336 66 08~ 

6 ' 180 " 2 1 

8 26-S 5:tl76-~T6 108.701 

7 ' 24 
102 ta,e 

• 18- 3 33Zft-~!S4 2.000000 

e ' 188 tr 
23.6 26-3 4805-!504 trs.!et 

TABLA 4. Resultados en fatiga. Puente nH3. 

adoptado consistió en un encasquillado de los e! 
tremes con tubo de acero calibrado e interposi
ción de un mortero 1:1 de resina epoxi (7). Los 
resultados se recogen en las Tablas 2, 3, 4 y 5. 

Se realizó también un análisis fractográfico, me 
diante macrografías (Fotos 3 y 4) de la sección
de rotura y micrografías de zona de propagación 
y defecto inicial (Fotos 5 y 6). 

PUENTE N•2 

_!:NSAYOS DE FATIG/l . (BORDE LIBRE) 

. 
OfMEN SIOffE5 

tr, a<r dP 
rJEZA Ancho SECCION 

(Kg/fnm2) 
CICLOS 

Canto fKotmm 2 1 t Kol 
. 

12 24·2 8121,11·0715,! 2.5.971 

1 ' !38.4 26.5 
2 fl. 2. 

12 2.0-2 5760-576 2..000.000 

2 ' !88 !..C.!S 
24 23- 2. 882.4-576 618.457 

05 24-2 !5358·4~ I~Ht449 

4 . 
2 3.5 

2!.3.2~ 20 

10 2:2.-2 5390-490 263. TSI 

6 . ••• 2.4.5 

2 4.5 

10 22-2 52.80-480 399.038 

7 ' 240 24.5 
24 

10.5 20 .. 2 46&3-4&8,3 71. 957 

e ' 234J5 •• 22.3 

10 22-2 4730-430 2.000.000 

9 ' 210 27 
2L5 28<, 5590-845 742..417 

-
10.5 26-2 6006-482 435.222 

11 ' 231 28.5 .. 
TABLA 3. Resultados en fatiga. Puente nH2. 

PUENTE N•4 

ENSAYOS DE FATIGA (BORDE LIBRE) 

OIMEfJSIONES a<r dP 
SECCtoH CICLOS rr, PI EZ.A Anche 

Canto 
1Kg/mm2) lkg/mm2 J (l(g} 

lO O 17-1 4200-247 789.114 . .. 2ft 5 
23.5 

10 2-c-"t 531U:-•U6 .C43.380 

2 22! 31 

22.3 

10 5 26-2 7371-567 2:82.477 

3 2:83, e 30 

27 

10 21·2 5718 ~428 438.r~e 

9 214 28 
214 

10 11 -1,8 5244-414 2.000.000 

4 27& 21 
27.8 !:1. 2 7452-!H5Z 52. 9~1 

113 f3·!: 97881;1-8!51 12:75.238 

13 425.8 30 
24.8 

17 !:5~2 10455-838 1527.763 

14 418 2 8.5 
2 4,8 

1 T 29- 2 11100-1'80 137.1U: 

16 ' !e2 30 
220 

TABLA 5. Resultados en fatiga. Puente nH4. 

Los ensayos de fisuración sobre las probetas CT 
sirvieron para obtener la pendiente n de la ley 
de Paris, da/dN=A(ilKr)n, que, como puede com
probarse, se corresponde con el exponente m de 
las curvas S-N de resistencia a fatiga que uti
lizan las diferentes normativas, N=C(.ó<T)-m, p~ 
ra tensiones normales. Los valores obtenidos, 
3, 428 para los aceros estructural es y 3, l 74 para los 
hierros pudelados, concuerdan con los sugeridos por 
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Foto 3.Macrografía de una rotura en acero. 

Foto 4. Macrografía de una rotura en hierro pud~ 

Foto 5. Zona de propagación en hierro pudelado. 

las diferentes normas que varían de 3 a 5. 

Posteriormente, utilizando dichos valores obte
nidos para m y mediante un tratamiento estadís
tico, ha sido posible establecer la curva S-N 
característica a utilizar para cada puente obje 
to de estudio. Dicho tratamiento estadístico -
consistió en obtener, para cada uno de los ensa 
y os y de acuerdo con el valor de m, la fluctua= 
ción de tegsiones para la cual la probeta sopo~ 
taría 2x10 ciclos y determinar posteriormente 
con todos ellos un valor de cálculo, .1-a-c' igual 
al valor medio menos dos veces la desviación tí 

Foto 6. Defecto inicial en acero. 

pica, lo que proporciona, suponiendo una distri
bución normal, un nivel de confianza del 97,5%. 

De esta forma, queda definida la curva S-N cor
respondiente sin más que hacer pasar por el pun 
to (2x106, Ar:rc) una recta de pendiente -1/m en
papel doblemente logarítmico. Esta curva, junto 
con la situación relativa de los ensayos de fa
tiga realizados, respecto de las normas de cál
culo y recomendaciones de verificación en fati
ga, puede verse, para cada puente, en las Figu
ras 2, 3, 4 y 5. 

4. ANALISIS DE RESULTADOS 

4.1. Puente 1 

En la Tabla 2, se observa que existen dos tipos 
de acero, con límites elásticos de 200 y 300 
N/mm2 aproximadamente, sin Siy con Si respectiva 
mente, representándose los resultados obtenido; 
en la Figura 2. 

Se constata que las probetas de las piezas 2, 5, 
6, 7 y 8 admiten unos niveles de carga superio
res para soportar igual número de ciclos que las 
correspondientes a las 1, 3 y 4, lo cual es cohe 
rente con el hecho de que éstas últimas son del
acero menos resistente. Se observa también que 
el punto 4', relativo a la segunda parte del en 
sayo de la pieza 4, parece estar fuera del rango 
que tienen el conjunto de todos ellos. Esto es 
debido a que, como se ha comprobado mediante mi 
croscopía electrónica (Foto 7), el nivel de ten 
siones a los que soportó los primeros 2x106 ci= 
clos fué superior al límite de fatiga, comenzan 
do la fisuración sin llegar a alcanzarse la si= 
tuación crítica, y, en consecuencia, el defecto 
de partida consiguiente no era el original. 

Por otro lado y por existir en este puente dos 
materiales constituyentes claramente diferenci~ 
dos, se ha tomado como representativo el de me
nor resistencia, resultando un valor de~~c 
igual a 92,6 N/mm2 para 2x106 cic~os. Este va
lor se encuentra entre 112,4 N/mm , que corres
pondería al acero de mejor calidad, y 77,2 N/mm2 
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Fig. 3. Ensayos de fatiga y curvas S-N. Puente n22. 
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Fig. 4. Ensayos de fatiga y curvas S-N. Puente n23. 

1-1-----l--+=""-'o~""'--l.-++H--l-----l 
1---1-----1-- _1:::::: 

• ~--f--+---~-l--4-

lO' 

• 

10 

-~ . 

• 

10L4--------L---~ __ _j __ jL_1l_7l_0L0l-~L1 ________ l_ __ _JL__l_-i __ L-~~-L--------L---_j __ _l __ j__L_LJLlJ 

' • T • • to
1 

' 1 r 1 1 ao7 
•• c. .... , 

~ 

teOTA ! @ NtFO PRIVlAMIIfTI 1 1101 OC:LOI Cf.CN IC..•e•t ... IWIJÑ .. e ......... encn.a .etal ..... l 

t 1 A 11 .. 14fll' ....... 411•• ........ 11,. at ffl a«lttta•lMI 

1 P a. 1 ••tr•••"• Pa•M•• •• "''"' 

1 S 1 llrltlt• Ita•..,•• tulltatl!l'al 

ENSAYOS DE. FATtGA : PUENTE N•4 u 1 e 1 u.. .. ._, •• ,,..,...., M• --.... •• ,.... 

Fig. 5. Ensayos de fatiga y curva S-N. Puente n24. 
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Foto 7. Detalle de separación entre zonas de Pr::?_ 
pagación. 

que se obtendría considerando el conjunto de to
dos los ensayos. 

4.2. Puente 2 

El material de este puente es hierro pudelado an 
un límite elástico que varía entre 240 y 280 
N/mm2, como puede verse en la Tabla 3. En dicha 
tabla, se recogen los resultados obtenidos en 
los ensayos de fatiga, los cuales se representan 
en la Figura 3 en el marco de las especificacio
nes sobre cálculo y verificación en fatiga de 
construcciones metálicas. 

Se observa un comportamiento excepcional de las 
probetas de las piezas 2 y 9 frente a otro pés_!: 
mo, debido a unos defectos iniciales importan
tes, de las correspondientes a las piezas 1 Y 8, 
situándose los otros cuatro resultados en una 
posición intermedia. Debido a ello, la desvia
ción típica obtenida de los valores Llcrcorrespo::_ 
dientes a 2x106 ciclos es relativamente grande 
respecto del valor medio, lo que conlleva una 
disminución excesiva de Lkrc· 

Considerando como no representativos aquellos v~ 
lores obtenidos fuera del rango~~!s, se han ex
cluido del análisis los resultados de las probe
tas de las piezas 2 y 9, no pudiéndose hacer lo 
mismo con las correspondientes a las piezas 1 Y 
8, dado que los defectos aparecidos en éstas se 
encontraban presentes en el material en su esta 
do actual. 

Como resultado de dicho análisis, se ha obtenido 
un valor6<rde 96,8 N/mm2, con una desviación tí
pica de 34,2 N/mm2 , que conduce a un ~f!"c igual 
a 28,4 N/mm2 para 2x106 ciclos, superior en un 
62,3% al de 17,5 N/mm2 que correspondería a con 
siderar en el mismo todos los ensayos. 

4.3. Puente 3 

Este puente está construido con dos tipos de ma
teriales: acero de límite elástico comprendido 
entre 250 y 300 N/mm2 (piezas 1, 2, 3 y 4) Y hi~ 

rro pudelado entre 260 y 350 N/mm2 (piezas 5, 6, 
7 y 8). Los resultados de los ensayos de fatiga, 
recogidos en la Tabla 4, se han representado en 
la Figura 4, considerando separadamente los dos 
materiales para efectuar su análisis. 

Se han obtenido valores de Á:JC igual a 60,3 Nfinrrf 
para el acero y a 24,5 N/mm2 para el hierro pude 
lado, eliminando para este material, tras consi= 
deraciones análogas a las realizadas para el fue::_ 
te 2, el resultado excepcional de la probeta de 
la pieza 8. Este segundo valor es del orden del 
calculado para el material de dicho puente (28,4 
N/mm2) y muy superior al de los escasos 5,3 Nffirn2 
para 2x106 ciclos que se obtendrían al conside
rar las cuatro muestras de hierro pudelado. 

4.4. Puente 4 

Como puede verse en la Tabla 5, el acero de este 
puente tiene un límite elástico comprendido en
tre 260 y 300 N/mm2, representándose en la Fig~ 
ra 5 los resultados correspondientes a los ens~ 
yos de fatiga efectuados sobre ocho muestras e~ 
traídas, conservando un borde libre, de entre -
las dieciseis piezas suministradas. 

Se destaca la posición del punto 4', relativo a 
la segunda parte del ensayo de la probeta de la 
pieza 4. Este pésimo comportamiento en fatiga no 
se corresponde con el deducido de la si tuación·• 
del punto 4 y, lógicamente, es debido a la ini
ciación del proceso de fisuración en la primera 
parte, en el que, para un rango de tensiones i::_ 
ferior, llegó a soportar los 2xl06 ciclos sin 
rotura. Para este material y excluyendo por los 
motivos expuestos el ensayo 4', se ha obtenido 
un valor de Aac de 100,8 N/mm2 . 

5. CONSIDERACIONES FINALES 

En primer lugar, debe destacarse que, por moti
vos exclusivamente económicos asociados a la e~ 
tracción de las muestras, el número de ensayos 
da fatiga que ha sido posible realizar del mate 
rial de cada puente es muy pequeño, lo cual di
ficulta su tratamiento estadístico. Se destaca 
también la menor dispersión de los ensayos en 
acero frente a la que presentan los ensayos efec 
tuados sobre muestras de hierro pudelado. 

Se ha observado una buena correlación de ~ere con 
(!" para los aceros de los Puentes 1 y 4,siendo 
mu~ uniformes los límites elásticos en los dos 
materiales del primero y moderadamente variable 
en el acero del segundo. 

Por el contrario, el resultado para el acero del 
Puente 3 no se corresponde con el que cabría es
perar de una calidad y límites elásticos simila
res a los que presenta el acero del Puente 4. 
Ello puede ser debido a disponer en aquél de un 
menor número de probetas y a que éstas present~ 
ran unos defectos más dispares. 

En cuanto al hierro pudelado,no es posible esta
blecer una correlación definida del valorA~ con 
<ry, dado que el límite elástico para este mate
rial en los Puentes 2 y 3 fluctúa en ambos casos 
entre valores en torno a 250 y 300 N/mm2, salvo 
el caso excepcional de la pieza 6 del Puente 3 
que presenta un límite elástico del orden de los 
350 N/mm2. Sin embargo los resultados obtenidos 
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son bastante homogéneos, 28,4 y 24,5 N/mm2 res
pectivamente, aunque muy inferiores a los 70 
N/mm2 que específica para este material la UIC 
(6). 

Las normativas de cálculo estructural y recome~ 
daciones de verificación en fatiga de construc
ciones metálicas establecen unas curvas S-N úni 
cas para el acero, y en ocasiones para el hierro 
pudelado, en función de los detalles tipo de dis 
posiciones constructivas (soldadas o roblonadaS) 
sin ninguna consideración respecto de las carac
terísticas mecánicas o del estado de deterioro 
que, con el paso del tiempo, puede presentar el 
material. Por esta razón y considerando dos úni 
cos materiales al objeto de aumentar el tamaño
de la muestra, los resultados conjuntos que se 
obtendrían, en N/mm2 , quedan recogidos en la 
Tabla 6. 

Material ay • <ry- 2s LI<Ji2~106 J ll <re 

Acero 270.8 34.9 201.0 156.8 7 3.8 

H1erro pudelado 263.2 30.3 202.5 88.3 24.1 

Para ambos materiales cabe destacar que el valor 
medio establecido en el análisis efectuado,l56.8 
N/mm2 para aceros y 88.3 N/mm2 para hierros pude 
lados, son semejantes a los valores establecidos 
en la normativa. Por tanto, la dispersión obser
vada en los resultados, asociada a la variabili
dad de los defectos presentes en el material ana 
lizado donde se nuclea e inicia la fisura de fa: 
tiga, es lo que condiciona los valores determi
nados cómo válidos para el estudio de fiabilidad 
estructural ante fenómenos de fatiga. 
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