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EDITORIAL

Este volumen de ANALES DE MECANICA DE LA FRACTURA contiene las 70
comunicaciones presentadas con ocasién del XV Encuentro del Grupo Espaiiol de Fractura.
El cuerpo de doctrina generado por el Grupo a lo largo de estos quince afios representa un
capital importante que estd impregnando el campo de las ingenierfas y ya es objeto de
aplicacién a la resolucién de problemas especificos. Constituye una satisfaccién sefialar el
incremento de las contribuciones en el apartado de las Aplicaciones, tendencia que
contribuird a impulsar el desarrollo de la Mecdnica de la Fractura y a perfeccionar las
herramientas de andlisis y disefio alumbradas en el marco de esta joven disciplina.

El tema del Encuentro de este afo es la Fractura Dindmica y se ha contado con
personalidades de reconocido prestigio en este campo: los profesores Dr. Alfonso Ferndndez
Canteli (Universidad de Oviedo), Dr. Francisco Garcia Benitez (Universidad de Sevilla),
Dr. J.F. Kalthoff (Universidad de Bochum), Dr. Carlos Ruiz (Universidad de Oxford) y
Dr. Vicente Sdnchez Gédlvez (Universidad Politécnica de Madrid), a los cuales agradecemos
su asistencia y cooperacién en la redaccién de la pequeila monografia con la que se inician
estos Anales.

Dentro de los innumerables lugares que se podfan haber elegido para su celebracidn, se
selecciond uno que, por su caricter castellano a la par de tranquilo, era de los mds
agradables para garantizar el éxito de nuestro Encuentro. El rfo Duero, la Catedral, los
sillares romdnicos y la afabilidad de las gentes de Zamora, ofrecfan un entorno y un
horizonte adecuados para una reunién de amigos que muestran un mismo interés y unos
afanes comunes. Estas y otras expectativas fueron ampliamente satisfechas con las
estimulantes vivencias compartidas durante los dias del Encuentro y que perdurardn en
nuestro recuerdo.

Los editores desean que quede constancia de su agradecimiento a la Universidad Carlos III
de Madrid, organizadora de este evento, y en especial a las personas del Comité Organizador
del Encuentro. Nuestro agradecimiento mds sincero, también, a la Escuela Universitaria
Politécnica de Zamora por su amable hospitalidad, a la Diputacién Provincial y al
Ayuntamiento de Zamora por su apoyo financiero y organizativo. Y, como todos los afios, a
los autores de los trabajos, pues sin su cooperacion y esfuerzo no hubiera sido posible la
publicacién de este volumen.

Zamora, Marzo de 1998

Manuel Elices Calafat Carlos Navarro Ugena
Manuel Fuentes Pérez José Luis Pérez Castellanos
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SOBRE LA APLICABILIDAD DE 'I:ECNICAS DE IMPACTO CHARPY
INSTRUMENTADO A LA DETERMINACION DE LOS PARAMETROS DE FRACTURA
DINAMICA DE MATERIALES COMPUESTOS

A. Fernandez Canteli

Departamento de Construccién e Ingenieria de Fabricacién
E.T.S.IL e I.I. Universidad de Oviedo. Campus de Viesques. 33204 Gijén.

Resumen. Se justifica la aplicacién de la técnica del péndulo Charpy instrumentado para la determinacion
de los pardmetros de fractura dindmicos en materiales compuestos, estableciendo las oportunas
comparaciones con procedimientos ya generalmente aceptados para materiales metdlicos. asi como con los
de los censayos de fractura estatica de los materiales compuestos, tratando en todo momento de tener

presente las especificidades propias del material.

Abstract. The application of the instrumented Charpy impact testing technique for determining the {racture
dynamics parameters of composites is justificd by establishing the appropriate comparisons with procedures
already accepted for metallic materials as well as with those used in the static fracture testing of composites.
Throughout the analysis, the specific properties of the material are being taken into consideration.

1.- INTRODUCCION

Un namero considerable de componentes mecanicos
v estructurales  cstdn  sometidos  a  solicitaciones
dindmicas, cuyo cstudio presenta, en general, salvo
adopcién de importantes simplificaciones, serias
dificultades de cdlculo, debido a:

- Interaccidn entre carga y respuesta.
- Efectos inerciales.

- Dificultad de definir previamente con precision la
carga y su secuencia, lo que obliga a aplicar un
tratamiento estadistico del problema, tanto en la
definicidn de la solicitacién, como de la respuesta.

Por otra parte, al igual que en el caso de carga estdlica,
la presencia de defectos o fisuras en la estructura o
elemento mecdnico, debido al proceso de fabricacion, o
a su aparicién durante la vida de servicio por
diversas razones (tensiones, corrosién, manipulacion,
cnvejecimiento, etc.) pueden condicionar, y de hecho
condicionan, su resistencia mecdnica en mayor o menor
grado, aiadiendo al problema de disefio una dimensién
mds en su complejidad.

Con el fin de obviar las dificultades inherentes al
cdlculo dindmico convencional, no es infrecuente
sustituir éste por uno cuasi-estdtico, consistente en
realizar el cdlculo a wravés de una carga estdtica
mayorada, cuyos efectos resulten equivalentes a los de
la carga dindmica real. En este caso, se supone que el
proceso dindmico no afecta a la resistencia del material,
aunque desde hace afios se trabaja en la modelizacién
de las leyes constitutivas del material bajo carga

dindmica, asi como en el conocimiento de la influencia
de éstas sobre la capacidad portante de la estructura
mediante criterios de dafio pldstico (en principio,
conceptualmente diferente al concepto de dafio en
Mecdnica de Fractura).

El cdlculo de f{ractura dindmica supone la obligada
consideracién de otros efectos. que no estdn presentes
en el método dindmico convencional, ni tampoco en la
fractura estdtica, ya que junto a los consabidos efectos
inerciales, debidos a las rdpidas variaciones en la
magnitud y localizacién de la carga, se ha dc tener
presente que:

- Las caracterfsticas geométricas del modelo pueden
quedar afectadas por el rdpido crecimiento de las
fisuras, influyendo, en consecuencia, sobre el
comportamiento dindmico de aquél.

- En la zona de aplicacién del impacto se generan
ondas longitudinales, transversales y de Rayleigh, que
en funcién de la geometria del elemento, tipo de sefial
pulsdtl. duracién de la misma v amplitud y tamafio de
la grieta producen variaciones. en el sentido de
aumentos o disminuciones temporales, del factor de
intensidad de tensiones, K;. con respecto al valor
estdtico del mismo.

- La velocidad de wvariacién de la solicitacién,

K=dK/dt, influye también en las propiedades
resistentes del material, alterando el valor de la
tenacidad a fractura dindmica, K.

- El intervalo de tiempo, durante el que se produce el
proceso de rotura, es extremadamente corto. '
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S1 nos referimos, concretamente, al caso de materiales
compuestos, sc puede constatar que una buena parte de
las aplicaciones de los materiales compucestos  sc
producen  primordialmente  en los  campos  de
automocion, acrondutica, mdquinas rdpidas, material de
clevacidn y otras de cardcter estructural, en las que son
frecuentes las solicitaciones dindmicas. Parecc 16gico
quc los ensayos de caracterizacién mecdnica de estos
materiales se correspondan con las solicitaciones reales
a las que estdn sometidos en la préctica, con ¢l fin de
proporcionar los resultados necesarios para un
dimensionamiento fiable, y, en consecuencia, resulta
obvia la necesidad de que, junto al estudio de iniciacién
y crecimiento cuasi-estitico de grietas. sc dedique
también esfuerzo al estudio del crecimiento dindmico
de aquéllas, dado que su no-consideracion puede
conducir a roturas catastréficas.

La presente contribucidon  sélo  pretende  ser  una
reflexion sobre la viabilidad de la caracterizacion
dindmica de materiales compuestos mediante ensayos
de impacto en el péndulo Charpy instrumentado con
probetas entalladas o prefisuradas, es decir, en un rango
de velocidades de impacto de 1 a 5 m/fs
aproximadamente, que sc puede definir como medio.

La aplicabilidad universal del  ensayo Charpy
instrumentado para la determinacién de la tenacidad a
fractura en materiales  compuestos  no  estd.
evidentemente, reconocida, lo cual parcce 16gico, si se
ticne presente que atin no se ha alcanzado una deseable
normalizacién para el cdlculo de la tenacidad a fractura
dindmica en los aceros, a partir de los resultados del
ensayo. Sin embargo, esta situacién conduce, en razén
de la complejidad del problema planteado, a
desaprovechar la posibilidad de lograr decisivos
avances en el campo dindmico, a partir de la
informacién, de las necesidades y dificultades de
interpretaciéon  emanadas desde el propio ensayo
dindmico, favoreciendo asi -un  plantcamiento
excesivamente academicista que parece contribuir mds
bien a retrasar el esclarecimiento del potencial uso del
ensayo Charpy. Esto contribuye a detenerse
impropiamente en el andlisis de los micromecanismos
de rotura, cuando éstos, tal vez, podrian ser analizados,
de manera mds objetiva y prictica, desde los resultados
de aquellos  ensayos, es decir, desde sus
manifestaciones en la grafica de fractura dindmica,

Resulta sintomdtico observar que todas las objeciones
teéricas, que impiden la aceptacién aprioristica del
ensayo Charpy, van cayendo a medida que se adoptan
sucesivas simplificaciones, para terminar concluyendo
que es posible, y hasta satisfactorio desde wuna
perspectiva rigurosa, la aplicaciéon de los métodos
estaticos estdndar de la Mecdnica de Fractura. El
ensayo Charpy instrumentado, entre otros. facilita una
informacién pormenorizada y completa de todo el
proceso de fractura del material, por lo que se puede
considerar como un procedimiento integral, de un
enorme interés potencial.

2.- FACTORES QUE INFLUYEN EN LA
APLICABILIDAD DEL ENSAYO CHARPY A
MATERIALES COMPUESTOS

En el estado actual de conocimiento nadie parece poner
en duda la aplicabilidad del ensayo Charpy
instrumentado para determinar la tenacidad a fractura
dindmica de aceros. aunque pucdan manltenerse adn
discrepancias sobre la metodologia de evaluacién a
aplicar en cada caso, segiin el tipo de gréfica, que
responde a diferentes composiciones, microestructuras
0 temperaturas de ensayo. Parcce, pues, procedente
tratar de analizar los factores que pueden provocar
reticencias en la aplicacién del ensayo Charpy a los
malteriales compuestos.

2.1 Factores inherentes al propio material
a) Ortogonalidad

La ortogonalidad afecta a los factores de intensidad de
tension y, en consecuencia, a la férmula de evaluacién
de Ky, por lo que en principio no son vilidas las
formulas de aplicacién para el acero, que presuponen
isotropfa del material. Por la variedad de factores que
intervienen en los materiales compuestos, tales como
material, composicién y disposicién, parece dificil una
generalizacion de una posible propuesta de solucién |1,
2]. pero. en definitiva. nada difiere de la problemadtica a
la que se enfrema la determinacién de los pardmetros
de fractura estdticos. Junto a la deduccién de los
factores de forma para cada aplicacién concreta, que
enuarfan en la derivacion de las expresiones de Ky, ,
habria que considerar la realizacién de un estudio para
conocer ¢l comportamiento direccional, utilizando para
ello probetas cortadas en diferentes direcciones del
laminado.

El tema es evidentemente complejo: por un lado, la
comprobacién de tenacidad exige la investigacién
segiin diferentes direcciones, en principio no
coincidentes con los ejes de ortogonalidad, lo que
permite suponer la apariciéon de modos mixtos de
fractura. Pero por otro, si se liene presente que en la
formulacién estdtica de rotura se acepta la
simplificacién del problema mixto a uno de modo I,
cabe pensar que serfa aqui igualmente asumible. Tal
vez una formulacién simplificadora, conservadora y
sencilla, basada en programacién lineal, semejante al
procedimiento seguido en el dimensionamiento pldstico
de placas de hormigén, podria ser aqui aplicable.

b) Homogeneidad

El concepto de homogeneidad parece responder més a
un concepto de escala y, en consecuencia, depende
fundamentalmente del nivel de observacién. Un
material  puede  ser  considerado a  nivel
microestructural, anisétropo y heterogéneo, pero con un
criterio menos estricto, cabe admitir a efectos practicos
su comportamiento como medio isétropo o cuasi-
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isélropo y homogénco. De hecho es habitual que, tras
un planteamiento inicial en ¢l que se cuecstiona la
aplicabilidad de las tcorias propias de un material
homogéneo, en razén a la influencia de este factor, se
acabe aceptando implicita o explicitamente su no-
repercusién. Criterios de fractura estdtica, como cl de
Nuismer-Whitney, o el del dafio intrinscco, parecen
indicar que la consideracién de tensiones a una
distancia representativa  (lensién media, tensién
puntual, zona dafiada) permite ignorar el efecto de la
heterogeneidad en materiales compuestos [3].

¢) Capacidad de deformacién pldstica

El proceso de deformacién dictil en un acero y en un
material compuesto, es aparentemente muy diferente.
En el primero sc inicia un proceso de plastificacion
para una fuerza suficientemente clevada, mientras que
en ¢l segundo se inicia un proceso de dafio. Sin
embargo, ambos fendmenos se manifiestan a través de
una falta de linealidad en la zona alta del diagrama
fuerza-desplazamiento. F-s, v del hecho de que el inicio
del poceso de plastificacion, o dafio, respectivamente,
no supone el agotamicnto resistente del material.

A la vista de la fig.] parece dificil admitir que los
materiales compuestos de PEI-fibra de vidrio [4] no se
deforman pldsticamente. atribuyendo la pérdida de
linealidad de Ia curva fuerza-deformacién simplemente
a la generacidn y crecimiento de una zona dafiada en el
frente de grieta, a pesar de que esa incurvacidn presenta
una gran semejanza con la observada en un acero en el
que aparece plastificacién. También es de considerar
que la teorfa de plasticidad se aplica, sin mayor
problema. en la rotura del hormigén por compresidn, a
pesar de la microfisuracién y de los desconchamientos
y desprendimientos de material. En consecuencia, se
considera, que a efectos de evaluacién de la tenacidad a
fractura, el proceso de dafio en los materiales
compuestos puede ser asimilable a un proceso normal
de plastificacion.

2.2 Factores relativos a la realizacién del ensayo

Dando por sentado que se cumplen los requisitos
relativos a la frecuencia exigible al amplificador, que
debe superar la {recuencia de las oscilaciones de la
probeta producidas durante el ensayo. asi como ser
capaz de registrar la caida de la fuerza en el caso de un
proceso de {ractura frdgil, se consideran los siguientes
factores relativos al ensavo:

a) Espesor de probeta

Uno de los problemas especificos que se presenta en
los materiales compueslos es el del espesor, que viene,
en general, condicionado por el del componente
mecdnico o estructural real, sin que parezca factible
cnsayar cspesorcs normalizados. A efectos prdcticos
esto supone que diffcilmente se empleardn espesores
que garanticen en la rotura de la probeta un estado de

deformacién plana, lo que equivale a decir, que los
valores de la tenacidad a fractura medidos en el ensayo
serdn vdlidos para dimensionamientos con el espesor
ensayado, pero no para cspesores mayores. La
extrapolacién de los resultados para el espesor de
ensayo hasta el correspondiente a deformacion plana,
no parece, de momento, deducible en base a
consideraciones tedricas.
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Fig. 1. Comparacién de grdficas Charpy para: a) acero
St-37 para recipientes a presién. De [8], b) material
compuesto PEI-fibra de vidrio. De [4].

Cuando se ensayan laminados de pequeiio espesor, el
problema se agrava, puesto que se puede dar una
imposibilidad practica de realizar el ensayo. El
apilamiento de laminados puede ser una alternativa
interesante, a juzgar por las pequefias discrepancias
obtenidas para diferentes soluciones de preparacién de
las probetas.

Otro aspecto a considerar en relacién con el espesor de
la probela, es la influencia de éste sobre el factor de
calibracién de la banda extensométrica, que debe estar
referido al espesor real de la probeta ensayada. Para
espesores  de  probeta menores del estdndar. cl

Tmat
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mantenimiento del factor de calibracién supondria una
sobreestimacién de Ky , que, con dependencia del
espesor, puede alcanzar diferencias de valores de hasta
un 20 % aproximadamente [4].

b) Entalla y prefisuracién

La tipologia de la fractura por fatiga en los materiales
compuestos se caracleriza, no por la formacién de una
tinica fisura, sino por un daio mds 0 menos exlenso en
la zona del frente de grieta. Por ello, no parece
oportuna una prefisuracion de las probetas para los
ensayos Charpy. El radio de la entalla por mecanizado
o corte, no parece tener una influencia apreciable sobre
el valor medio de los resultados, aunque una incisién
limpia con cuchilla para crear el {rente de grieta, como
alternativa a la prefisuracién, conduce a una menor
dispersion de los resultados que en el caso de corte con
un disco de diamante de 0.5 mm de didmetro.

¢) Efecto de las oscilaciones (pérdida de contacto)

[a primera parte del registro carga-tiempo en el ensayo
dindmico de impacto estd fuertemente influenciado por
la carga de inercia, que hace oscilar a la probeta con
respecto a la cuchilla instrumentada durante todo el
resto de la realizacion del ensayo. Dado que la
tenacidad de fractura va a ser deducida a partir de la
encrgia y ésta, a su vez, de la carga aplicada, se
comprende que las discrepancias que se pueden
producir entre la carga registrada y la carga real de
flexién durante el pico de inercia y los subsiguientes,
son de suma importancia para determinar el valor
cuantitativo de la tenacidad a fractura del material que
se pretende determinar.

La pérdida de contacto entre probeta y cuchilla, o entre
probeta y apoyos ha podido ser demostrada, tanto
experimental como numéricamente por diferentes
investigadores [6]. Resulta interesante observar que se
producen diferencias entre el ensayo convencional y el
ensayo invertido en relacion con la pérdida de contacto
de la probeta, tanto respecto de la cuchilla, como de los
apoyos, asi como en el momento y en la secuencia en
que se produce el despegue (ver fig. 2). Ello conlleva
diferencias significativas en las grificas para ambas
metodologfas. Sin embargo, se puede concluir que hay
acuerdo general en que no es posible evitar las
oscilaciones en la medida de la carga de impacto,
debido a las diferentes velocidades entre cuchilla y
probeta, tanto en el caso del ensayo convencional como
en el del ensayo invertido.

d) Velocidad de impacto

La velocidad de impacto en ¢l ensayo estd sometida a
dos restricciones contrapuestas. Por un lado, la
velocidad debe ser suficientemente elevada como para
que la energia disponible en el péndulo sea al menos el
triple de la energia consumida en ¢l proceso de rotura,
pero por ouro, se observa que cuanto mayor es la

velocidad de impacto, mayor es también la amplitud de
las oscilaciones [7] (ver fig.3), por lo que la velocidad
ha de ser suficientemente baja para que la gréfica
presente un ndmero alto de oscilaciones, permitiendo
que la medida de la energia de deformacién sea fiable y
significativa. Este punto es tratado con mayor detalle en
el apartado 3.1.

Conventional Inverted Time
test geometry test geometry
1 VO l vo l vo
9 0 v,
] 0 s
N Y @
:
/ % } ﬁ 10-20 us
g o) £

’:" Loss of contact o Strain gauge
Fig.2. Detalle del despegue de la probeta, en el caso de
ensayo convencional e invertido. De [6].

Dentro de los mdrgenes habituales de velocidad de
impacto, entre 1 m/s y 5 m/s, se observa que se pueden
producir cambios considerables en la tendencia de los
resultados, para pequefios mdrgenes de variacién de la
velocidad.

ve= 2.0 mis vo=19 mis
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Fig. 3. Gréficas F-s de un polimero, para diferentes
velocidades de impacto. De [7].

¢) Malerial de la cuchilla

En el caso de cnsayos con probetas fabricadas con
polimeros u otros materiales blandos, puede ser
aconsejable la instalacién de una cuchilla de un
material menos rigido que el acero, como aleaciones de
Aluminio, Magnesio o Titanio, o bien resina epoxi, que
muestra una alta resistencia, buena trabajabilidad a
mecanizado, comportamiento marcadamente eldstico
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lineal ¢ independencia de la velocidad de aplicacién.
Cuanto menor es el médulo de elasticidad, mayores son
las deformaciones en la cuchilla y, por tanto, mayor es
la sensibilidad en la medida, pudiendo asi reducirse
adecuadamente la velocidad de impacto para el caso de
materiales fragiles [7].
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Fig. 4. Gréficas esquematicas, tipicas de ensayo Charpy
instrumentado a) Material fragil, b) Material dictil. De

(8].

1) Enereia cinética residual

La energia cinética (de traslacion y de rotacién) que
posee la probeta tras del proceso de fractura dindmica
puede ser considerable, especialmente en el caso de
materiales con rotura fragil y baja energfa de fractura.
Incluso en materiales metdlicos y particularmente en
acero, puede llegar a suponer un porcentaje
mesperadamente alto de la energia total. En [7] se
informa de contribuciones de hasta un 40% de la
encrgfa cinética sobre la energia total en la fractura de
polimeros, mientras que en aceros mds o menos
fragiles, puede suponer un 10% . o incluso mayores, a
velocidades mds altas [4]. Por ello, es de suponer que

cn materiales compuestos frdgiles ese porcentaje puede
ser igualmente significativo 'y de  obligada
consideracién en el cdlculo cuantitativo de la tenacidad
a fractura.

£) Dispersién en los resultados

Una caracteristica inherente a los materiales
compuestos es la alta dispersién presente en los
resultados experimentales de sus caracteristicas
mecdnicas y particularmente de las de fractura. Ello
representa un nuevo problema afiadido, cuando se trata
de decidir sobre la verificacién de alguna hipdtesis,
sobre la aplicabilidad de algin procedimiento de
evaluacién, o sobre una interpretacién cuantitativa o
cualitativa de propiedades, en especial, si se opera con
un nidmero relativamente reducido de ensayos.

h) Perfodo propio de vibracidn de la probeta

Seglin se ha visto en el apartado referente a la
velocidad de impacto, el perfodo propio de vibracién
de la probeta juega un papel restrictivo en la posible
validez de los ensayos, obligando, segin los casos, a
cambiar de procedimiento de evaluacién, o a limitar la
velocidad de impacto. Su cdlculo puede realizarse
mediante una férmula aproximada (ver apartado 3.1),
aunque es de dudosa utilidad para el caso de materiales
ortogonales,  pudiendo  ser  convenicnte  su
determinacién experimental en el propio ensayo. Se
puede comprobar que el orden de magnitud de los
valores del periodo de vibracién para probetas de
materiales compuestos, tales como PEI-tejido de vidrio
o epoxi-fibra unidireccional de carbono, coincide
aproximadamente con el del acero [4].

3.- POSIBLE TIPIFICACIQN DE GRAFICAS
CHARPY PARA EL CALCULO DE LA
TENACIDAD A FRACTURA

Los ensayos con el péndulo Charpy instrumentado se
utilizan para calcular la tenacidad a fractura dindmica
de materiales. Con tal objeto, se mide la fuerza, F(t),
que se desarrolla durante el proceso de rotura en la
cuchilla de la maza del péndulo en funcién del tiempo,
por medio de la instrumentacién con bandas
extensométricas. Mediante la oportuna conversién, es
posible cxpresar la fuerza en funcién del
desplazamiento:

s(t) = J[vo =1/ m[F(t)dt]dt ()

en la que:
s = desplazamiento de la probeta en el punto de
impacto

v, = velocidad inicial del impacto

m = masa de la maza

F = fuerza registrada

t = tiempo transcurrido desde el inicio de la carga

de modo que es posible calcular el trabajo desarrollado,
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es decir la ecnergia consumida, hasta alcanzar un
determinado desplazamiento, mediante una simple
integracién:

S
W(s) = [F(s)ds @

(4]

En la fig. 4 pueden verse dos grificas representativas
de ambos tipos, dictil y frdgil, en las que aparecen
indicados los respectivos punlos caracteristicos de las
fuerzas y de los desplazamientos. Los subindices
corresponden a [os siguientes conceptos:

gy = comienzo de la plastificacién total del
ligamento, o final del crecimiento lineal de la fuerza
m = valor maximo

iu = comienzo de la propagacién inestable de grieta
a = {in de la propagacién inestable de grieta.

En lo que sigue, y a la vista de las argumentaciones
expresadas en el apartado 2, se supone un esquema de
tipificacién  de  gréficas  Charpy, con  sus
correspondientes  procedimientos de  evaluacién,
siguiendo un esquema similar al propuesto por Kalthoff
[8], para el cdlculo de tenacidad a fractura de aceros
(hg. 5).

J-INTEGRAL
ASTM E B13, ESIS P2
/

Kld,:q
ASTM E 992
Kld,ASTH
ASTM E 24.03.03 /

K1g, 1re
IMPACT RESPONSE

e e

LOWER SHELF

J TRANSITION I UPPER SHELF

TEMPERATURE

Fig. 5. Esquema de procedimientos para el cdlculo de la
tenacidad a fractura dindmica en aceros, en funcién de
su posicidn en la curva de transicién. De [8].

La eleccién de fuerza o energifa como pardmetro de
escala para deducir la tenacidad a fractura dindmica en
materiales compuestos ha sido ya tratada por otros
autores, al menos en relacién con el dafio de impacto
[9] y puede ser razonablemente trasladada a nuestro
problema. De acuerdo con ello, se puede hacer una
primera clasificacién de materiales compuestos, segin
el resultado de la grifica Charpy instrumentada:

3.1 Rotura de la probeta antes de lo que se podria
definir como aparicién de dano generalizado.

Se trata de materiales compuestos con grificas de tipo
“triangular” (ver fig. 6a), es decir, las que resultan de
un comportamiento eldstico lineal hasta la rotura fragil.

En este caso y de acuerdo con la propuesta de norma
ASTM E 24.03.03 [10], la tenacidad a fractura
dindmica, Ky, puede ser deducida, utilizando las
mismas expresiones convencionales que definen el
factor de intensidad de tensiones estdtico, a partir del
valor critico de la fuerza, medido en el instante del
comienzo de la inestabilidad de la f{ractura. Por otro
lado, la relacién entre fuerza y energia es lineal, y
existe, por tanto, equivalencia directa entre ambas
magnitudes.

Este procedimiento no es aplicable con total
generalidad debido a una serie de factores, tales como
las vibraciones forzadas en la probeta durante el
proceso de rotura que se traducen en oscilaciones de la
fuerza medida durante la fase inicial (ver fig. 4 a), lo
que supone incertidumbre en la determinacién de la
verdadera carga de rotura. Por otro lado, se destaca el
hecho de que se utlice un procedimiento de evaluacién
estdtico para la determinacién de un valor caracteristico
de la resistencia dindmica.

En consecuencia, el método soélo suministrard
resultados representativos y fiables, cuando la rotura se
produzca después de un tiempo suficientemente
dilatado, de modo que se establezca en la probeta un
proceso de rotura cuasi-estdtico. Esta limitacion
excluye el estudio de materiales fragiles en los que se
emplean velocidades altas de impacto.

En general se observa una superposicion de la sefial de
salida con las oscilaciones. La linea media, trazada a
través de las oscilaciones crece siguiendo una
trayectoria practicamente rectilinea. La fuerza mdxima,
Fn , coincide de hecho con la fuerza que marca el inicio
de rotura inestable, F;, . En este caso, el cdlculo de la
tenacidad a fractura, Ky , puede realizarse, segtin la
MFEL, a partir de la fuerza critica, F;, , utilizando una
férmula similar a la propuesta por ASTM E 399 [11]
para probetas SENB, con la tnica diferencia de que en
la expresién:

Kiq =(FyS/BW2)r(a/w) 3)

en la que:
Fi, = fuerza critica
S =distancia entre apoyos
B = espesor de probeta
W = ancho de probeta
a = tamafio de fisura.

el factor de forma, {(a/W), corresponderia al caso
concreto de material ortétropo ensayado. Para que el
resultado cuantitativo de la K4 fuera vdlido, se tendrian
que cumplir ciertas condiciones:

a) , = 31 . Es decir, el intervalo de tiempo hasta la
rolura tiene que ser mayor que el triple de 1, perfodo
natural de oscilacién de la probeta, con el fin de poder
asegurar que las oscilaciones se han amortiguado. T sc
podria calcular con la ayuda de una cxpresidén
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semejante a la propuesta por ASTM E 24.03.03 [10]:

r=(1.68(sWEBC)2) /¢, (4)

en la que:
= distancia entre apoyos
W = ancho de la probeta
E = Maddulo de Young
B = espesor de la probeta
C = clasticidad de la probeta
¢, = velocidad de la onda longitudinal.

La dificultad de proporcionar una expresién de general
aplicacién para el caso de materiales compuestos, en
general  ortétropos, inducirfa a  rccomendar  una
determinacién estimativa de T por via experimental.
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Fig. 6. Graficas Charpy representativas de materiales
compuestos a) Tipo frigil: epoxi-fibra de carbono, b)
Tipo didctl: PEI-fibra de vidrio.

b} La rotura se debe producir antes de la aparicién del
dane generalizado. Para ello, sc comprueba la relacién
fuerza-desplazamiento, para F, vy para Y2 F,
aproximadamente. Si ambas relaciones difieren en
menos del 10%, se considera que la rotura se produce
antes del dafio generalizado.

c) Para garantizar un potencial energético suficiente en
la rotura, se exige que la energfa disponible en el
péndulo sea al menos el triple de la energfa consumida
en el proceso de rotura.

Una condicién suplementaria, presente para los aceros,
relativa a la rectilineidad del frente de fractura, no
parece procedente para el caso de los materiales
compueslos.

Como se puede observar, las condiciones a) y c) acotan
la velocidad de impacto, al ser contrapuestas en su
objetivo. El no-cumplimiento de la  condicién b),
supondria la invalidez del método, mientras que en los
otros casos, cabrfan mds interpretaciones.

En particular, el incumplimiento de la condicién a)
puede superarse a través del método de curvas de
reaccién al impacto (IRC), desarrollado por Kalthoff et
al. [12], que permite considerar los efectos dindmicos,
liberdndose asi de cualquier restriccién derivada de la
velocidad de solicitacién. El procedimiento estd basado
en que, para condiciones de ensayo constantes, la
evolucién temporal de la solicitacién en el frente de
grieta, que puede ser determinada numérica o
experimentalmente, depende sélo de las propiedades
cldsticas del sistema “instalacién de ensayo-probeta”.
Debido a ello, el proceso real de medida se reduce a la
determinacién del tiempo de comienzo de la rotura, t;,
a partir del cual se puede deducir de la curva de
reaccién al impacto el correspondiente factor de

intensidad de tensiones dindmico, Kdm([iu), que

corresponde, como valor critico, a la tenacidad a
fractura, Ky .

3.2 Rotura de la probeta tras aparicién de dafo
generalizado.

En los materiales compuestos con comportamiento
dictil, es decir, los que presentan una progresién de
dafio continua, que se podria describir como “pldstica”,
con crecimiento no inestable de grieta en la fractura,
resultan grificas de tipo “redondeado™ en la zona de
transicién a la fuerza méxima, en la que ésta no es
facilmente identificable, presentando una caida poco
abrupta en la etapa de crecimiento de fisura (ver fig.
6b).

Un primer procedimiento a emplear para la
caracterizacién dindmica de materiales compuestos de
este tipo, podrfa consistir en el propuesto en ASTM E
992 [I3] para aceros con fractura inestable, no
caracterizada por un crecimiento lineal de la fuerza, o
incluso para no-constancia de inestabilidad en la rotura.
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En este caso, se calcula una tenacidad a fractura
cquivalente, Ky , a partir de una fuerza equivalente,
Fiyeq » definida como aquélla que, en el supuesto de un
comportamiento {uerza-desplazamiento lineal en la
primera etapa del diagrama, supondria la misma
energia de rotura, que en la grdfica real hasta el valor
maximo de la fuerza, es decir hasta F, (ver fig. 7). El
cdlculo de la tenacidad fractura ecquivalente se
realizaria como en el caso anterior, es decir, con ayuda
de la expresion (3).

4
Fiu,eq
|

Fm
w Fig
ut
(]
o
O
o

A 1 -

Sm Siu

DISPLACEMENT s

Fig. 7. Grdfica esquemdtica ilustrativa del método de la
tenacidad a fractura equivalente. De [8].

Aqui el problema aparece ligado a la determinacién de
la energia, si bien ésta, a su vez, estard condicionada
por la magnitud de la carga mdxima, que marca su
limite superior de integracién. En la definicién de la
carga mdxima, indicativa del comienzo del crecimiento
estable de grieta, reside, precisamente, la mdxima
dificultad del procedimiento, segin se verd a
continuacién. En esta situacién, y en analogfa con el
caso de solicitacién estdtica, procede el empleo de la
integral J para caracterizar la tenacidad a fractura
dindmica, como magnitud habitual de referencia en la
Mecdnica de Fractura no-lineal.

Como en el caso estdtico, también se pueden plantear
dos vias de cdlculo:

a) Técnica de probeta dnica,

Para superar la dificultad de determinar el comienzo de
la propagacion estable de la gricta, se puede considerar
la utilizacién de diferentes técnicas empleadas en el
ensayo estdtico. tales como andlisis de emisidn
acdstica, potencial eléctrico, etc. Una técnica
interesante es la medicidn por ldser de la abertura de la
grieta COD, tal como propone Rintamaa [6] , que
parece ofrecer mejores concordancias entre los factores
de intensidad de tension medidos estdticamente y la
solicitacidn dindmica real medida en el frente de grieta,

en el rango 1.5T £ ( < 31, , para el péndulo invertido
desarrollado por el autor, que para el péndulo
convencional. El cambio de pendiente de la linea de
COD, permite determinar el comienzo del crecimiento
estable de grieta. El procedimiento ha sido ya
contrastado  satisfactoriamente con los resultados
obtenidos mediante el método “low-blow” y presenta la
cvidente ventaja de la utilizacién de menor nimero de
probetas, frente a la otra alternativa de ensayo mdltiple.

Por su parte, el método de emisién aciistica no parece
ser un método apropiado para la deteccién del
crecimiento estable de gricta, mientras que se han
podido constatar discrepancias de resultados entre el
método de COD propuesto por Rintamaa y el de
emisién magnética. En cualquier caso, éste dltimo no es
aplicable a materiales compuestos, por lo que el COD
se presenta como el mas recomendable. Sin embargo,
alin no se han disipado las dudas sobre la efectividad de
estas técnicas de deteccidn.

b) Técnica de varias probetas.

Se trata aqui de definir la curva J-Aa, con la
correspondiente linca de enromamicnto, que puede
seguir un tratamiento paralelo al caso estdtico. Para ello
se determinarfan en sucesivos ensayos los valores de la
integral J , como superficie bajo la curva fuerza-
desplazamiento, asi como los correspondientes
crecimientos estables de grieta, Aa, medidos a partir de
la superficie de rotura, que pueden ser obtenidas
mediantes diferentes técnicas, entre las que se destaca
la de “low-blow”. Dado que, a diferencia del ensayo
estdlico, la carga no puede ser aplicada
progresivamente, la medicién del crecimiento estable
de grieta, como zona diferenciada de la entalla inicial y
de la posterior rotura estdtica, puede entrafiar una
considerable dificultad, derivada de las caracteristicas
del material y de su fractura. Para la determinacién
analitica de la curva de ajuste, J-Aa, y de la linea de
enromamiento se puede seguir un procedimiento
andlogo al recomendado para metales [8], que implica
el célculo de los diferentes pardmetros. El valor de Jiq
vendrfa dado por el punto de corte de la linea de
enromamiento y la curva de ajuste.

4.- CONCLUSIONES

A lo largo de esta contribucién se ha tratado de
demostrar que:

l.- El ensayo Charpy instrumentado es una técnica
potente, de sencilla realizacidn, de bajo coste y de
general aplicacién para la delerminacién de los
pardmetros de fractura dindmica, siempre que sea
realizada con los adecuados pardmetros de ensayo y
correctamente interpretada.

2.- No se encuentran razones que justifiquen la no-
aplicacion de procedimientos afines a los utilizados en
la determinacidn de los pardmetros de fractura estdtica
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para la dcterminacién de pardmetros de  fractura
dindmica,. Las objeciones relativas a ortotropia,
heterogeneidad y comportamiento no-pldstico en los
materiales compucstos son igualmente aducibles en
ambos casos, observindose que para el caso estdtico se
suele encontrar justificacién para la “relajacién” de
estas objecioncs. El problema parece radicar mds en la
dificultad de encontrar las expresiones adecuadas, es
decir, los procedimientos, que permitan deducir el
correspondiente pardmetro de fractura dindmica a partir
de la energia o, en su caso, de la fuerza médxima.

3.- Las grificas fuerza-tiempo o fuerza-desplazamiento
del ensayo Charpy instrumentado para materiales
compuestos, presentan una cierta variedad tipoldgica,
que caracteriza al proceso de rotura de las numerosas
variantes de forma y de composicién de estos
materiales. Esto no deberia ser un impedimento para la
aplicacién  generalizada de esta técnica a la
caracterizacion dindmica de los materiales compuestos.
Antes bien, la informacién que proporciona cste ensayo
sobre el proceso de rotura, permite una mejor
comprension de los micromecanismos actuantes en el
mismo, contribuyendo asi a la propia justificacién del
empleo de esta téenica.

4.- La interpretacién conceptual de los resultados del
ensayo Charpy instrumentado no difiere de la empleada
en el caso de aceros, mis que en ¢l aspecto formal de
los micromecanismos especificos que intervienen en
cada caso. La medida de la energia consumida en el
proceso de rotura parece una referencia justificada para
cuantificar el comportamiento a rotura de los materiales
compuestos, ya sea, a través de su traduccién como
tenacidad a fractura dindmica, Ky , en los casos en que
se observe un comportamiento eldstico lineal, con
rotura frdgil, o bien, a través de la integral J4, cuando el
comportamiento en rotura responda a lo que se podria
entender como “pldstico” en el mds amplio sentido de
la palabra, tanto en el caso de crecimiento inestable,
como en crecimiento estable de la grieta.
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Resumen. En esta ponencia se revisan suscintamente las téenicas Spticas con aplicacidén con-
trastada en Dindmica de Fractura, haciendo énfasis en sus ventajas e inconvenientes. Una de las
secciones se ha dedicado al sistemna dptico de captacion de nndgenes, que debido a su alto costo
econdimico exige un detallado estudio antes de su posible adquisicidn con vistas a su utilizacidn
en investigacion experimental.  Finalmente se presenta una breve lista muy seleccionada de Ia
bibliografia nnprescindible para introducirse en este fascinante area.

Abstract. This work is an overall review of the optical methods widely used and accepted in
Fracture Dynamics applications. 1t is foccused on the advantages and drawbacks of the different
techniques. One of the sections is devoted to the optical system of image capturing, due to the
fact that it is a costly piece of equiptient that needs a detailed study before purchasing in order to
he used in experimental research. Finally a brief reference list basic for working in this fascinating

arca is presented.
1 INTRODUCCION

12l proceso de fisuracién o fracturacién de un ma-
terial es siempre un cvento dindmico: la grieta,
fisura. entalla o defecto, aparece en un instante
dado. se desarrolla durante un periodo de tiempo
(crece o evoluciona de determinada manera) v fi-
nalmente deja de evolucionar (se detiene) o desa-
parece por cambio de naturaleza (la grieta desa-
parece v en su lugar aparecen nuevas superficies,
tal v cono ocurre en el caso de la separacién de
un clemento en varias partes). Desde el punto de
vista téenico, las tres fases anteriores se clasifi-
can bajo las denominaciones de generacidon y nu-
cleacidn, crecimiento, y detencidn.

El objeto de la Dindmica de Fractura consiste en
dar respuesta, proporcionando las bases cualita-
tivas v cuantitativas, al comportamiento de grie-
tas y fisuras, durante el proceso de crecimiento;
el cual se encuentra caracterizado principalmente
por la velacidad de crecimiento, entre otros fac-
tores de menor importancia {tal como la acele-

racion). Desde el punto de vista cualitativo de

un observador no técnico, esta velocidad podria

clasificarse en el rango bajo, medio o alto, aten-
diendo a nuestra escala de tiempo y a la capaci-
dad visual del ojo humano; sin embargo, cuanti-

tativamente esta clasificacidn puede realizarse de
una forma mds precisa adimensionando la veloci-
dad de crecimiento por velocidades caracteristicas
de las ondas que pueden transmitirse por el ma-
terial o elemento implicado (ondas ¢, ¢s, superfi-
ciales de Ravleigh v Love, de {lexidn, de torsién,
ete). Asi, cuando el ratio velocidad de crecimiento
frente a velocidad de ondas es hajo, los efec-
tos merciales son bajos y no puede hablarse de
Dindmica de Fractura sino de un proceso esta-
clonario cuasi-estdatico de crecimiento de grieta.
Solamente cuando el ratio anterior alcanza valores
de tipo medio y alto puede, propiamente, hablarse
de Dindmica de Iractura.

Desde el punto de vista cientilico al estar el ob-
jetivo de esta materia nitido, pero solo parcial-
mente desarrollado y alcanzado, su interés es in-
dudable para cruditos, estudiosos e investigadores.
Desde el punto de vista ingenieril, existen otras
facetas de este drea que merecen mencién y que
presentan una contraprestacién prdctica y apli-
cada. La priniera de ellas presenta un caracter
conservador: establecer todas las bases y funda-
mentos explicativos para dar respuesta al hiecho
del fallo de los materiales, elementos y estructuras
en las que aparecen grietas y fisuras, con el fin de
evitar su crecimiento y la eventualidad del fallo
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final (i.e: aparicién y crecimiento de grictas en el
fusclaje de una aeronave); la segunda faceta ticne
una orientacién diametralimente opuesta: definir
las condiciones mas optinias para que estos defec-
tos crezean controladamente, a velocidad deter-
minada fija, a maxima velocidad posible, etc.(i.e:
crecimiento de grieta en el anillo de separacién in-
terfases en una lanzadera espacial).

Como en todas las areas cientificas en las que
tiene cabida la experimentacién, en Dinamica de
Fractura esta metodologia pretende reproducir el
crecimiento de grietas en condiciones controladas,
nonitorizando parcial o totalmente el proceso.
El objeto de esta comunicacién es presentar un
cuadro resumido de los métodos 1itiles para la
monitorizacién dptica de fracturas dindmicas, la
cuantificacién de los estados deformacionales y la
determinacidn de los tensionales.

2 METODOS OPTICOS

Los métodos dpticos, en experimentacion, pre-
sentan la ventaja de capturar simultdncamente
un ciimulo ingente de informacion adicional a
la propia informacién bisica que se pretende
obtener. Asi por cjemplo, una serie de fotogramas
correspondientes al crecimiento de una grieta, no
solo permite extraer la velocidad de ésta sino que
puede contener el proceso de creacidn de una rami-
ficacidn (branching) ola propagacion delos frentes
de onda circulares alrededor del fondo de la grieta,
entre otras infornaciones no explicitamente bus-
cadas.

La aplicacidn de metodologias dpticas, conio he-
rramicntas en la experimentacién en Dindmica de
I'ractura, exige un sistema de aparataje que es
subdividido en las téenicas 6pticas de medida (ilu-
minacién visible, infrarroja, X; lentes y material
Sptico; ete.) y el sistema de captacidn del evento.
Atendiendo a esta subdivisién, en esta comuni-
cacidn, se presentard una hreve descripcidn de los
distintos equipos y metodologfas existentes hasta
la feclia, mds comiinmente utilizados con éxito.

2.1 Técnicas Opticas de Medida

Los sistemas utilizados persiguen visualizar los es-
tados deformacionales y/o tensionales que se ge-
neran durante el proceso de crecimiento y propa-
gacidn de una grieta. Las técnicas en las que se

basan estos sistemas se clasifican atendiendo a que
puedan aplicarse al modelo real que se desea estu-
diar o bien a una réplica del mismo, entre las mds
conocidas se tienen:

2.1.1 Fotoelasticidad

Utiliza modelos réplica del original fabricados en
material birrefringente. La superficie del modelo
fotoeldstico actiia como un divisor de haz, divi-
diendo éste en dos componentes polarizados or-
togonalmente. Estos dos componentes atraviesan
el material fotoeldstico, que deberd estar cortado
en laminas delgadas de espesor constante, reco-
rriendo diferentes longitudes debido al cambio ex-
perimentado por el indice de refraccién en dife-
rentes puntos del material como consecuencia del
estado tensional al que se eucuentre sometido.
Cuando estos componentes cinergen del modelo,
presentan una diferencia de fase relativa; la re-
combinacidn de estos dos componentes da lugar a
un mapa de franjas interferométricas que propor-
cionan la informacidén adecuada para cuantificar
el estado tenso-deformacional. Bsta diferencia de
fase relativa es directamente proporcional a la di-
ferencia entre las dos tensiones principales con di-
recciones perpendiculares a la de propagacion del
rayo luminoso incidente, pudiendose expresar esta
relacion como:

gy — Ty = 1\‘!:,
h

donde [ es una constante que depende del mate-
rial birrefringente v de la longitud de onda de la
luz monocromatica polarizada utilizada, /it ol es-
pesor de la ldmina del material analizado, y N es
la razdn entre la diferencia de fases y 27 (%)
Las franjas que aparecen cuando una réplica de un
modelo bidimensional fabricado en material birre-
fringente se visualiza en un polariscopio circular,
estando sometido a un estado tensional, represen-
tan el lugar geométrico en el que la diferencia de
tensiones principales (promediadas a lo largo del
espesor de la lamina) es una constante.

Esta metodologfa de andlisis se denomina fotoe-
lasticidad por transmisién y es inicamente valida
para el ensayo de réplicas fabricados en materia-
les birrefringentes. Un esquema de la disposicién
experimental descrita se muestra en la figura 1.
Una extensién de esta téenica a réplicas tridimen-
sionales fabricadas en material birrefringente per-
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mite analizar estados teusionales interiores del mo-
delo. Existen diversas variedades mdas o menos
sofisticadas:

Por congelacién de tensiones. Consiste en aplicar
el estado de cargas sobre un modelo fabri-
cado en plastico birrefringente cuando esta
sometido a una temperatura alta; enfria-
miento hasta temperatura ambiente; elimi-
nacién del sistema de cargas; cortado del mo-
delo en rebanadas delgadas; visualizacién en
el polariscopio del estado tensional de cadare-
banada. Presenta el inconveniente de que so-
lanmiente puede ser aplicado a cargas estaticas,
pero no dindmicas.

Por holografia fotoeldstica. Consiste en lanzar
una ldmina de luz monocromdtica y pola-
rizada por la zona que se desca observar,
atravesando una seccidn del modelo tridimen-
sional birrefringente. Es una téenica aplica-
ble al andlisis de estados tensionales produci-
das por cargas dindmicas, ya que la téenica
no exige que se destruya el modelo para su
andlisis. Al igual que las téenicas anteriores,
presenta el grave inconveniente de que solo
pucde aplicarse a réplicas en material birre-
fringente.

Fsta téenica puede también aplicarse a modelos
reales transformando la transmision en reflexién,
tal v como se muestra en la figura 2.

Il fundamento de la fotoelasticidad por reflexion
consiste en depositar una capa de material birre-
fringente sobre la superficie del wodelo a analizar,
que padrd ser opaco, v sobre el que se habrd o
bien depositado una fina capa de material reflec-
tante o bien pulido hasta conseguir caracteristicas
de reflexidn especular (del orden de rugosidades
inferiores al H0% de la longitud de onda utilizada
para visualizar el proceso). En esta téenica, las
franjas obtenidas representan el lugar geométrico
de los puntos de la superficie del modelo en el que
la diferencia de tensiones principales es una cons-
tante. Presenta como grave inconveniente la falta
de sensibilidad (pocas franjas) para altos niveles
de tensidn,

2.1.2 Moire Geomeétrico

Il efecto moire es la interferencia mecdanica de la
luz debido a la superimposicién de lineas. La dis-

tribucién de lineas oscuras gue se observan cuando
dos mallas repetitivas de lineas se superponen se
denomina mapa de moire. A través de este mapa
de franjas se puede cuantificar con gran precision
el movimiento relativo entre las dos mallas. Una
franja de moire es el lugar geométrico de los puntos
con componente de desplazamiento perpendicular
a la orientacién de la rejilla constante.

La técnica consiste en superponer, por adhesion,
unarejilla sobre la superficie del niodelo a ensayar,
la cual experimentard la misma deformacién que
la superficie del modelo. La comparacién éptica
de esta rejilla con otra no deformada reproducird
el mapa de franjas de moire. Existen diversas dis-
posiciones experimentales para visualizar las fran-
jas. En las figuras 3 y < se muestran dos de ellas,
la de la figura 3 corresponde a una disposicion
para moire en transmisién por lo que exige que el
modelo sea transparente (y por consiguiente una
réplica del original), la de la figura 4 muestra la
disposicién en reflexidn y al igual que en la téenica
de fotoelasticidad por reflexion se necesita que la
superficie del modelo sobre la que se adhiera la
rejilla sea especularmente reflectante.

La expresién que relaciona la deformaciéon copla-
naria ¢, con ¢l orden de franjas es:

ON,
Jux

€ =p—,
donde p es la densidad de lineas de las rejillas de
moire v N, el orden de franjas en la direccidn .

2.1.3 Trazas de Moire (Shadow)

En esta téenica se utiliza una dnica rejilla, cuva
proyeccién sobre la superficie a analizar da lugar a
un sombreado que al interferir con la rejilla origi-
nal dalugar a franjas. Ll mapa de franjasobtenido
se correlaciona con el desplazamiento no copla-
nario experimentado por la superficie del modelo.
Las franjas son el lugar geométrico de los puntos
de desplazamiento no coplanario constante.

En la figura 5 se representa un esquema de la dis-
posicién experimental. Esta consiste en iluminar
con luz colimada, y con un angulo de incidencia
no perpendicular a la superficie de éste, el modelo
a través de una rejilla. Esta iluminacién produce
un sombreado en la superficie a analizar. Si esta
superficie se hace reflectante, la interferencia de la
luz reflejada por el especimen y la propia rejilla
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da lugar a un campo de franjas observado en la
direccién perpendicular.

La relacion entre el orden de franjas y el desplaza-
miento no coplanario viene dado por:

Y4

u; = N ,
tana

donde N es el orden de frauja, p la densidad de
Iineas de la rejilla v a el angulo de incidencia de
la iluminacién.

2.1.4 Moire Difractivo

Las dos téenicas de moire presentadas anterior-
mente no se caracterizan por la alta sensibili-
dad, motivada principalmente por los fundamen-
tos fisicos en los que se basa la interferometria de
luz no colimada. En ¢l caso en ol que se desee
una mds alta definicién y sensibilidad es necesario
acudir a la utilizacidon de luz colierente, entrando
en juego los efectos de difraceién cuando se uti-
lizan rejillas.

La técnica de moire difractivo consiste en insertar
en ol haz rellejado por, o transmitido a través de,
un modelo dos rejillas separadas a una determi-
nada distancia. Esta disposicidén da lugar a que
el haz incidente en la primera rejilla se difracte
en tres haces con ordenes de difraccidn 0, +1 ¥
-1; a su vez cada uno de estos haces, a sy paso
por la segunda rejilla, sufre una nueva difraceidn
en otros tres haces.  La superimposicion de es-
tos haces mediante una lente filtrante (que actda
como un analizador espectral) v su focalizacidu
en un plano imagen permite obtener unos érdenes
de difraccién conjuntos denotados por 0, +1, £2,
etec. Il orden de difraccién 1 o -1 contiene los
ravos que han sido difractados por la primera re-
jilla y no lo han sido por la segunda, y los rayos
que han sufrido difraccién en la segunda sin haber
experimentado ésta en la primera. La interferen-
cia de estas dos familias de haces contiene infor-
macidn sobre el &ngulo de incidencia de estos rayos
sobre las rejillas, funcién del algulo de reflexidén
(en ol caso en el que hubiesen sido reflejados por
una superficie) o de refraccidon (en el caso en el
que se hubiesen transmitido através de un medio
transparente) que experimentan los rayos antes de
atravesar las rejillas.,

En la figura 6 se muestra una disposiciéon para
andlisis por reflexién. Para la disposicién por

transmision el modelo deberd ser transparente a
la longitud de onda utilizada para la iluminacidn.
La relacidn entre el orden de franjas y la variacién
del angulo de reflexién de la superficie viene cx-
presada por la ecuacidn:

du: . p
dr kN
donde N es el orden de franja, p la densidad de
lineas de la rejilla, A la distancia entre rejillas y
k una constante que vale 1 para transmisién y 2
para reflexion.
In la figura 7 se muestra una fotografia del mapa
de franjas para el instante inicial del proceso de
carga de una gricta en PMMA. En la figura 8 se
muestra una secuencia dinamica en el proceso de
fisuracién de una placa de PMMA.

2.1.5 Moire Interferométrico

También se conoce por interferometria por rejillas
de difraccién y cousiste en adherir intimamente
una rejilla de difraccion a la superficie del sdlido
en estudio.  La rejilla se ilumnina por dos haces
de Tuz coherente orientados de tal manera que los
rayos difractados de primer orden se alejen de la
rejilla segin la dirececién normal a ésta. Sila rejilla
no se encuentra distorsionada los dos haces de or-
den 1interfieren dando lugar a una franja ancha.
Cualquier desviacion con respecto a una perfecta
alincacidn o bien la existencia de una deformacion
en larejilla hacen que los haces emergentes de ésta
interfieran dando lugar a un mapa de {ranjas. El
esquema de esta téenica se representa en la figura
9.

IEsta técnica presenta como inconvenientes la difi-
cultad en la alineacién de los dos haces que ilumi-
nan la rejilla y, especialmente, la creacién de una
rejilla replicante sobre la superficie del especimen
mediante téenicas de fotoimpresion. Como ven-
taja presenta la alta sensibilidad que tiene debido
a la densidad de lineas de las rejillas creadas por
fotoimpresién (del orden de varios miles de lineas
por milimetro).

En la figura 10 se muestra el mapa de franjas
obtenidos en un andlisis de una grieta en una placa
de acero sonietida a carga dindmica, haciendo uso
de la técnica de moire interferométrico.

La expresion que relaciona la deforniacion copla-
naria con el mapa de franjas es idéntica a la que
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rige la técnica de Moire geométrico, esto es:

JIN,
€ = D=,
r =] Oz
donde p es la densidad de lineas de la rejilla repli-
cada sobre la superficie de la probeta.

2.1.6 Interferometria Holografica

Tsta técnica consiste en iluminar con luz colimada

y coherente un objeto, haciendo interferir las on-
das reflejadas por el objeto con otro haz de ondas
planas de idéntica naturaleza que el primero. La
interferencia de estos dos haces da lugar a fran-
jas que son recogidas en una placa o pelicula fo-
La iluminacién, a posteriori de esta
placa, con un haz de las mismas caracteristicas
que el utilizado en la iluminacion del objeto, per-

tografica.

mite reproducir tridimensionalmente la imagen de
éste.

Siel objeto se encuentra sometido a desplazamien-
tos o deformaciones, en la imagen reproducida se
apreciard un mapa de franjas de interferencias di-
rectaniente relacionado can el campo de desplaza-
miento o deformacién experimentado por el ob-
jeto.

La seusibilidad de la téenica alcanza el orden de

la longitud de onda de la luz: una millonésima

de milfmetro. DEsta caracterfstica es su mds pre-
ciada ventaja y desventaja, va que es dificil en-
contrar peliculas que tengan un grano tan fino
como para impresionar nitidanmente de 1000 a 2000
linecas/mm; ademads, la téenica es extremadamente
sensible a microvibraciones producidas por trans-
mision desde el suclo a fa niesa dptica o através de
movimientos del aire en el laboratorio.

In la figura 11 se muestra una de las muchas dis-
posiciones para la realizacion de un andlisis defor-
macional plano.

[sta téenica permite correlacionar el orden de
franjas con las deformaciones coplanarias y fuera
del plano de la superficie analizada.

2.1.7 Causticas

Se trata de un método dptico capaz de determinar

el desplazamiento no coplanario, perpendicular a

la superficie analizada, en las proximidades de un
punto de interds. La técnica consiste en iluminar
mediante luz colimada una superficie plana, reco-
giendo los rayos transmitidos (en el caso de un

modelo transparente) o reflejados (en el caso de
una superficie especular) en una camara, focali-
zando en un plano distante una magnitud cono-
cida de la superficie analizada. Por el hecho de
focalizar en un plano diferente al plano del ob-
jeto, parte de los rayos reflejados/transmitidos no
son recogidos apareciendo una zona oscura deno-
minada caistica. La forma y didmetros de esta
caistica se correlacionan con el desplazamiento
no coplanario, perpendicular a la superficie, ex-
perimentado por la deformacién de la zona visua-
lizada. En la figura 12 se muestra un esquema
de la disposicidn de los elementos épticos nece-
sarios para obtener causticas. Il plano focal de
la cdmara deberd estar posicionado a una distan-
cia dada del plano de la imagen (desenfoque a
propdsito). En la figura 13 se describe el funda-
mento dptico de la aparicién de la cdustica cuando
una superficie plana se deforma y refleja el haz
incidente creando una zona obscura en un plano
distante z, de la superficie.

Para que aparezca una caustica es preciso que
exista una fuerte deformacién en la zouna anali-
zada, de aqui que no sca una téenica de campo
completo sino local.

En la figura 14 se muestra una secuencia de
cdusticas oblenidas en grafito—epoxy.

2.1.8 Otras Técnicas Menores

Otras téenicas dpticas utilizadas para la determi-
nacién de los campos de desplazamientos y defor-
maciones son:

- Totoelasticidad hologrdfica:  combinacién de
ilmninacién colimada—colierente y fotoclasti-
cidad.

|

Fotograffa granular: se trata de un moire in-
terferométrico en el que no existe rejilla ad-
herida a la superficie de la probeta, sino que
la propia rugosidad de ésta da lugar al efecto
difractivo.

2.2 Sistemas de Captacién del Evento

Para la captacién de cualquier evento dindmico
en fractura se precisa disponer de cdmaras de
captacién, que se clasifican en las siguientes fa-
milias y tipos.
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2.2.1 Camaras fotograficas de alta veloci-

dad

Este tipo de cdmaras estdn capacitadas para re-
alizar tomas fotogrdficas a alta velocidad sobre
pelicula comercial o sobre formato digital. Pueden
clasificarse atendiendo a varias caracter(sticas.

e Atendiendo al Tundamento fisico de su cons-
truccidn se tiene:

-~ Cdamaras mecanicas: utilizan elementos
moéviles para impresionar una pelicula,
tales como lentes y espejos. Se Dasan
en un espejo rotante que gira a gran ve-
locidad dirigiendo el haz de luz hacia un
tambor, que puede tambien rotar, que
transporta la pelicula. Pueden utilizar

obturadores mecdnicos o eléctrdntcos.

- Cdimaras electrénicas: poscen un tubo con-
vertidor de imdgenes que transforma los
fotones en un haz de electrones que diri-
gen hacia una pantalla que transforma
los clectrones eun fotones para impre-
stonar una pelicula o bien se alimacenan
en mentoria RAM.

¢ Atendiendo al formato imipresionable:

Farmato de fotograma: cada fotograma se
prochice cada vez que ta ciamara captura
imdgenes en intervalos intermitentes im-

Para

este tipo de cimaras la iluminacidn debe

presiondndolos sobre la pelicula.

o bhien ser continua (o pulsante con una
frecuencia mads alta que la frecuencia de
captacién de las imdgenes) o bien pul-
sante ala misma frecuencia de captacidn
de las lmagenes (pero en este caso se
requiere que tanto la fuente de ilumi-
nacidén como la cdinara se encuentren
sincronizados a fin de que cada imdgen
sc capture eu el preciso instante de la
iluminacion).

—~Formato coutinuo: la imagen es uua banda
continna que se ha hnpresionado so-
bre la pelicula. Se pueden obtener fo-
togramas independientes utilizando ilu-
minacion pulsante.

e Atendiendo a la forma de impresidn de la inia-
gen estas camaras pueden ser de dos tipos:

- De acceso continuo: cuando la luz desde
el objeto alcanza la pelicula en cuanto
el obturador se encuentre abierto. Iste
tipo de camaras es 1til en experiencias
en las que el momento del inicio no
puede ser provocado por la cdmara, sino
por el evento dindmico.

— Sincronas: la luz solo alcanza la pelicula
en un instante determinado durante el
funcionamieunto de la cdmara. Lu estos
casos la cdmara debe controlar el expe-
rimento y decidir en qué momento debe
tener lugar el evento dindmico. No son
muy itiles para dindmica de fractura.

2.2.2 Camaras de video de alta velocidad

Este tipo de camaras estdn capacitadas para rea-
lizar tomas fotogrificas a alta velocidad sobre for-
mato magndético analdgico o digital. Pueden clasi-
ficarse atendiendo a varias caracteristicas:

- Las imagenes obtenidas tienen soporte digital.

- Las imagenes obtenidas ticnen

analdgico.

soporte

Aunque este tipo de cdmaras estan en la actua-
lidad en el inicio de su desarrollo, comparati-
vamente a las prestaciones que proporcionan las
camaras mecanicas de pelfcula, su futuro es pro-
metedor en cuanto a velocidades de captacidn y
necesidades de Huminacion.

De entre las posibilidades comerciales existentes
actualmente (1998) caben destacar los siguien-
tes equipos, con capacidades contrastadas en
dindmica de fractura:

(Cdimaras mecdnicas de acceso continuo, pelicula
comercial y formato de fotogramma: mode-
los fabricados por CORDIN (Utah, USA)
hasta 2.25 millones de fotogramas por se-
gundo (2.25 - 10° fps) y capacidad hasta 500
fotogramas.

Cdmaras mecdnicas sincronas, pelicula comercial
y formato de fotograma: modelos fabricados
por CORDIN (Utal, USA) hasta 25 millones
fps vy capacidad hasta 130 fotogramas.

Camaras mecdnicas de acceso continuo, pelicula
comercial y formato continuo: modelos fabri-
cados por CORDIN (Utal, USA) hasta 155
mm/ps.
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Cédmaras mecdnicas sincronas, pelicula comercial
y formato continuo: modelos fabricados por

CORDIN (Utal, USA) hasta 30 mm/pus.

Cdmaras electrénicas, de acceso coutinuo y
sincronas, formato fotograma y continuo:
modelos fabricados por HADLAND (Herts,
UK) hasta 100 millones fps y 8 fotogramas;
modelos fabricados por NAC (Japdn) hasta
20 millones fps y 24 fotogramas; modelos fa-
bricados por COOKE (USA) hasta 2 millones
de fps y 10 pseudo-fotogramas.

Camara de video de formato digital: modelos fa-
bricados por KODAN (USA) hasta 40,500 {ps
v 5,120 fotogramas.

2.3 TIluminacién

Il tipo de iluminacidn a utilizar en las téenicas re-
visadas en esta seccidn debe ser siempre colimadag
serd colierente o no dependiendo de que ol método
optico utilizado se base en la teorfa de difraccidn o
no. Para experiencias en las que no se precise luz
coherente, las fuentes de luz de mercurio o sodio
son las mds adecuadas. Ln los casos en los que se
necesite luz coherente, los liseres resultan ser los
equipos inmiprescindibles.

Dentro de toda la tipologia de ldseres existentes
en ol mercado (de Toues de Argoun, Helio-Neon,
Vapor de Cobre, ('O,, Rubi. ete), la utilizacidn
de uno u otro depende de los siguientes factores:

-emitan en una longitud de onda visible,

- para la longitud de onda mds potente, esta po-
tencia supere 2 w. en emisién continua,

- el raz tenga un modo espacial T2 Mg,

el haz sea polarizado (vertical u horizontal-
mente).

Dependiendo del sistema de captacidn de la ima-
gen, por fotograma o continuo, el haz deberd ser
continuo o pulsante. Los ldseres pulsantes tieue la
ventaja de presentar un haz mds estable (desde el
punto de vista de la energfa emitida por unidad
de tiempo, sin embargo presentan la desventaja
de necesitar una caja de resonancia dptica (cav-
ity damper) que transforme el haz continuo (gene-
rado en el tubo) en pulsante. Una de las graudes

desventajas de los haces continuos es la gran iner-
cia eu su enceundido y apagado, en cortos instantes
de tiempo, ya que tienen una lenta respuesta a la
descarga para generar el haz; por lo que ¢l proceso
deiluminacién del evento dindmico debe resolverse
haciendo uso de un modulador acusto-dptico.

Ll modulador acusto-dptico permite “chopear”un
haz continuo de tal manera que funciona como si
se tratase de un obturador electrénico de alta ve-
locidad (frecuencias de varios Mz.), permitiendo
controlar la ventana de tiempo en la que puede
iluminarse la probeta durante el tiempo en el que
el proceso dindmico tiene lugar.

3 CONCLUSIONES: Técnicas
Aplicadas a la Dinamica de
Fractura

Todos los métodos dpticos revisados en la seccidn

precedente pueden ser aplicados al andlisis de grie-

Sin embargo las caracteristicas de unos y
otros liacen que las magnitudes a wedir, asf conwo

tas.

la precisidn de éstas, difieran. Lin la clasificacion
adjunta se resumen las principales ventajas e in-
convenientes de cada una de ellos.

1. Totoelasticidad. Solamente la fotoelasticidad
por reflexion puede ser aplicada al andlisis
de probetas fabricadas con materiales reales,
pero ain asi esta téenica se caracteriza por
su baja seusibilidad. Il campo de franjas

proporciona inforutacién de la diferencia de

tensiones principales.

2. Moire Geomiétrico. Solamente la técuica por
reflexidn puede ser aplicada al andlisis de pro-
betas fabricadas con materiales reales. Pre-
senta como grave inconveniente la adhesion
de la rejilla sobre la superficie a analizar, que
durante el proceso dindmico puede dar lu-
gar a desprendimiento parcial. También cabe
resaltar que el comportamiemto del tipo de
material de adherencia entre superficie y re-
jilla puede falsear las mediciones en un ensayo
dindmico. Presenta como ventaja la relacién
directa entre el mapa de franjas y las deforma-
ciones coplanarias. Las vibraciones transmi-
tidas al especiimen son recogidas en el proceso
de medicidn.
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3. Trazas de Moire (Shadow). Presenta como
ventaja, frente al Moire Geométrico, el uo
necesitar que la rejilla se adhiera a la superfi-
cie analizada. Como desventaja principal estd
su baja sensibilidad.

4. Moire Difractivo. Presenta todas las venta-
jas de las técnicas de Moire Geométrico y
Trazas de Moire (Shadow), sin sus desven-
tajas. Ls capaz de medir la variacién del
desplazamiento no coplanario sobre la super-
ficie; no tiene capacidad para medir defor-
maciones coplanarias. Es inseusible a vibra-
ciones exdgenas.

5. Moire Interferométrico. Tiene la desventaja
de la adhesion de la rejilla, al igual que en el
Moire Geométrico; sin embargo la creacién de
rejillas, por fotoimpresion, directamente so-
bre la superficie de la probeta ha supuesto un
gran avance. Tiene una muy alta sensibilidad.
Los problemas de alineacion suelen ser graves
en esta téenica. I2s sensible ante vibraciones
exdgenas.

G. Interferometria Hologriafica. Muy alta sensi-
bilidad. Como inconveniente presenta la di-
ficultad del proceso de alineacidn dptico y la
sensibilidad a microvibraciones.

("atsticas. Téenica valida a nivel local y solo

cuando las deformaciones no coplanarias son
elevadas. No es una técuica de campo com-
pleto. Téenica sencilla que no exige un nivel
alto en la alinecacion del sistema dptico.

Lxisten otras téenicas de medicidn, de los estados
tenso-deformacionales en las proximidades de una
grieta, que no son 6pticos. Estas se clasifican en
los grupos siguientes:

i técuicas basadas en la utilizacidn de galgas ex-
tensométricas,

il téenicas basadas en lamedicién de la tempera-
tura (vdlida solo para grietas propagantes),

ii técnicas basadas en la emisidn sonora (vdlida
solo para grietas propagantes).

Frente a estas téenicas, los mdétodos épticos des-
critos se caracterizan, principalimente, por su alta

sensibilidad. Esto que parece ser una gran ven-
taja puede dar lugar a dramadticos errores. Asi por
ejemplo, la alta sensibilidad de un método éptico
puede inducir el interés de medir el estado tenso-
deformacional lo mds préximo que sea posible al
foudo de la grieta. Cuando se utiliza un método
como por ejemplo el Moire Interferométrico, el
medir el campo deformacional coplanario en las
proximidades del fondo de la grieta se puede rea-
lizar liasta distancias de milésimas de milimetro;
ésta es una niedida directa, lo que ya no es tan
directo es la determinacién del campo teusional.
En este caso es necesario conocer las expresiones
que relacionan el campo tensional con las defor-
maciones medidas, y es aqul donde se presentan
los graves errores, ya que las aproximaciones bidi-
mensionales (de tension o deformacién plana) no
son vilidas, sino que serfa necesario disponer de
las expresioues tridimensionales, que sou hasta la
fecha desconocidas. Las aproximaciones bidimen-
sionales son vdlidas en una zoua préxima a la gri-
eta (bordes v fondo) no menos del 50% de la inag-
nitud caracteristica de la geometria (espesor de la
placa que coutiene la grieta pasante, menor mag-
nitud de la grieta, distancia mas proxinia a un
contorno o punto en el que tenga aplicada una
carga, etc.).

Adicionalmente a estos factores citados, cabe
recordar que incluso las aproximaciones bidimen-
sionales son soluciones que se engloban en el com-
portamiento cuasi-estdtico, no existiendo desarro-
llos suficientes en el dimbito dindmico transitorio
{estado en el que toda grieta se propaga, yva que
nuncalo hace a velocidad constante). De todo esto
puede concluirse que la aplicacién de los métodos
6pticos en la dindmica de fractura ha desplazado
la froutera de la medicién experimental hasta los
dmbitos analiticos de las soluciones de las ecua-
ciones tensidn—-deformacién en medios tridimen-
sionales con la presencia de grietas.
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EXPERIMENTAL FRACTURE DYNAMICS

J.F. Kalthoff

Experimental Mechanics
Ruhr-University Bochum
44780 Bochum, Germany

Resumen. En este trabajo se investigan los efectos transitorios de los procesos de fractura dinamica. Se
determina el factor de intensidad de tensiones dinamico utilizando el método dptico de las cdusticas, cuyo
principio fisico y andlisis matematico se describen en este articulo. Para el proceso de propagacion de
fisuras y su posterior detencién, se ha determinado que la condicion tensional en el momento de la
detencion, cuando la velocidad de propagacién de la fisura es cero, no es estatica sino ain dinamica. Para
fisuras bajo cargas de impacto, los factores de intensidad de tensiones pueden llegar a ser erréneos si se
hallan a partir de valores externos de carga por medio del factor de intensidad de tensiones estdtico. La
correcta determinacion de la tenacidad a fractura requiere procedimientos enteramente dinamicos.

Abstract. Transient effects of dynamic fracture processes are investigated. By the shadow optical method
of caustics actual dynamic stress intensity factors are measured. Physical principle and mathematical
analysis of the method are described. For the process of propagating and subsequently arresting cracks it
is found that the stress condition at the moment of arrest, when the crack velocity has become zero
already, is not static but still dynamic. For cracks under impact loading stress intensity factors can become
erroneous when determined from external load values via static stress intensity factor relationships. A

correct determination of the fracture toughnesses requires fully dynamic procedures.

1. INTRODUCTION

When static fracture toughnesses are determined two
parameters are involved: length and force. The
measurement of dynamic fracture toughnesses requires
the consideration of the additional parameter time.
Influences of time on the material behaviour are to be
measured, but the parameter time can also have an
influence on the measuring procedure itself. In general,
engineering measuring procedures in fracture dynamics
have their roots in procedures for measuring the
equivalent static quantities. Often. the static procedures
are directly transferred to the dynamic cases without any
changes or with only slight modifications. Such
procedures based on quasistatic analyses are easy to
apply. but they impose restrictions on the test
parameters and limitations on the applicability range of
the test. Fully dynamic procedures, on the other hand,
give reliable results under arbitrary test conditions but
they are necessarily more complicated than static ones.

This paper summarizes work carried out by the author
and his colleagues to investigate the influences of

dynamic effects on test procedures for measuring
dynamic fracture toughnesses: as examples are
considered the crack arrest toughness Ky, and the impact
fracture toughness Ky The dynamic influences are
quantified by comparing the actual dynamic reactions at
the crack tip with the equivalent static behaviour.
Conditions are specified under which quasistatic
measuring procedures can be applied with sufficient
accuracy and where dynamic procedures are needed
which take inertial and kinetic effects into account.

The dynamic crack tip reactions are investigated by
means of the shadow optical method of caustics. This
method is described first and results on the dynamic
fracture processes considered are presented in the
following sections.

2. THE SHADOW METHOD OF
CAUSTICS

OPTICAL

Stresses alter the optical properties of a solid, i.e. the
thickness of the body (due to Poisson’s effects) and the
refractive index of the material. These changes in the
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optical properties are utilized in the shadow optical
method of caustics to make stress concentrations in the
solid visible. The method was originally introduced by
Manogg [1] in 1964.

2.1 General Considerations

The physical principle of the method is illustrated in Fig.
1. A specimen with a notch or a crack as a stress riser is
subjected to tensile loading. The specimen shall be of a
transparent material for the moment. It is illuminated by
a parallel light beam. Due to the tensile stress
concentration around the crack tip the thickness of the
specimen and the refractive index of the material are
reduced. the reductions are the larger the nearer the
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Fig. 1. Physical principle of the shadow optical
method of caustics

considered area to the crack up. Thus, a light ray
traversing the specimen in the neighbourhood of the
crack tip is deflected in a direction away from the crack
tip. With that respect the area surrounding the crack tip
acts similar to a divergent lens. But, the closer the light
ray to the crack tip the larger the deflection angle.
Consequently, on a screen (image or reference plane) at
a distance z, from the specimen, the crack tip appears as
a shadow area which is surrounded by a region of light
concentration. The boundary line between the shadow
area and the area of light concentration is the caustic.
The shadow patten, more precisely the caustic,
represents a quantitative description of the stress
intensification at the crack tip.

Shadow optical light patterns are obtained for tensile as
well as compressive stress concentrations (in the latter
case for notches only). They can be observed with
transparent specimens or in reflection with non-
transparenl specimens. as real or as virtual images.
Figure 1 represents the most simple case of a tensile
stress concentration in a transparent specimen with the
observation of a real shadow optical image. The virtual
image is obtained on the opposite side of the specimen
where the real image is observed. In reflection, the light
rays which are reflected at the front side of the
specimen, i.e. the side facing the light source, are
considered. These light rays lead to the formation of
shadow images as well. Again, they can be real or
virtual depending on the position of the image plane.

For the mathematical description of light ray deflections
the following sign assignments and definitions are made:
Tensile stresses are positive. The observation direction

defines the sign of distances. The distance z, between
the reference plane and the specimen is positive
(negative) if the reference plane is located ahead of
(behind) the specimen - when looking in observation
direction. In transmission (reflection) arrangements the
observation direction is opposite to (in) the direction of
the illuminating light beam.

2.2 Shadow Optical Mapping Equations

Figure 2 considers the mapping of the object plane E
(the specimen) onto a real shadow optical image plane
E’' for a transmission arrangement, z, > 0. The given
formulas. however, apply quite generally for any
observation mode if the appropriate signs of the
representative distances are used. A lightray traverses

LIGHT
BEAM

e 7
OBJECT PLANE E % PLANE E

Fig. 2. Mapping of the object plane onto the image plane

the object plane E at the point P(7 ), where T is the
radial distance from the crack tip. Due to the influence
of the swresses in the specimen this light ray is deflected
and hits the image plane E’ displaced by the vector W at
the point P'(T ) with

F=F+w. 6

Direction and magnitude of the displacement vector W
are controlled by the change in optical path length which
the light ray experiences in the object plane. Figure 3
illustrates the situation for a simplified one-dimensional
case. Considered are stresses and light deflections in y-
direction only. The planar wavefront of an impinging
light beam is distorted when traversing the specimen as
a result of changesin the thickness of the plate and in

A e JENGION v =

4
t
1
{
L

4

LIGHT SPECIMEN  DIST. WAVE FRONT SCREEN

Fig. 3. On the light ray deflection due to stresses
in a solid (one-dimensional consideration)
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the refractive index of the material. The local retardation
of the distorted wavefront, denoted s, with regard to an
equivalent wavefront that did not pass through the
specimen, is given by

s =[m(y) - 1] di(y) (2)

where n(y) = local refractive index of the material, and
di(y) = local thickness of the specimen. Furthermore,
n(y) = n + An(y) and d(y) = d + Ad(y), where n, d =
refractive index of the material and thickness of the
specimen without load, and An, Ad = changes in
refractive index and specimen thickness due to the
prevaling stresses. As is readily obtained from Fig. 3

as(y) }

V\’:Zo{ 3y

and, consequently,

w= zo{[n, (¥)- 1]9%?-1 +d;(y) 9‘%)9-1} @

{[n-1]-ad(y) + d - an(y)} . (5)

@ lm

29

Thus, for the general two-dimensional case, i.e. a plate
in x-y-plane

w = z; grad {[n - 1] Ad(x,y)+d- An (x,y)} ()]
In the generalized form
w = zg grad {[n— l] Adegr + degr - An} (7N

with n=refractive index, d.y=d for transmission,

and n=-1, degr= d/2 for reflection,
(the deformations at the surface of the specimen
result from the strains throughout half the
thickness of the plate)

this equation applies with z, > 0 for real images in
transmission or reflection and with z, < 0 for virtual
images in transmission or reflection.

Furthermore, changes An in the refractive index due to
the prevailing principal stresses o, ¢,. o3 are described
by Maxwell-Neumann’s law

An] = AG[ + B(02+C3), Anz = ACZ + B(61+03) (8)

with An;, = changes in refractive index for light
polarized in the 1-/2-directions of the principal stresses,
and A, B = material constants. For optically isotropic,
non-birefringent materials A = B, and for reflection A =
B = 0. Changes Ad, due to the stresses are described by
Hooke’'s law

AdefF[é'Gr (o1 +02)|degr )

with o3 = 0 for plane stress, and Ad.s = 0 for plane
strain. With Egs. (8) and (9) the Eq. (7) then can be
rearranged to

W =2y ¢ der grad [(o1163) £ 2(0-0,)] (10)

with
_AYB o1\ - A-B "
c=25= (n—-1) E > A ATBo2(n_T)VE for plane stress
_A+B . A-B . ol
c==5=-VvB, h= R for plane strain.

Numerical values for the constants used in Egs. (7) -
(10). in particular for the shadow optical constant ¢ and
the anisotropy coefficient A, are given for different
materials in Table 1.

The complete family of light rays which are deflected
according to Eq. (1) with Eq. (10) forms a shadow space
behind the object plane (see also Fig. 1). Its surface is an
envelope to the light rays and is called the caustic
surface. The intersection of this surface with the image
plane forms the caustic curve. The caustic is a
multivalued, singular solution of the mapping equations,
i.e. the mapping of points along the caustic is not
reversible. Thus, a necessary and sufficient condition for
the existence of the caustic curve is obtained if the
Jacobian of Eq. (1) with Eq. (10) becomes zero, i.e.

Elastic Constants

Generat Optical Constants

Shadow Optical Constants Etective
Thickness

tor Plane Stress for Plane Stran

Young's Pxsson's  Retractive

Modulus  Ratio Index A B 3 A c A Gett
Matersal MN (m? mZ/N m2N miIN mim
TRANSMISSION {25<0)
Opnml(x Anisotropc
Arcldite B 3860 ©392° 1592 -0056 %1070 -0620x10°C -0870x10°C 0288 -0580x0°'0 0482 q
CR-39 2580 0443 1506 -0160 x0°0 -0520x1070 -1 200x10°0 -pie -0560x00 M7 d
Plate Glass 73900 0 1617 +00032x10°0 -0.025x0"0 -0027x10°0 -0519 -0017x07'0 -0843 ]
Homalrte 100 L820°  0310% 1561 - 044k x1070 -0672x1070 -0320x100 .01z -0767 x 100 g ug d
Opticotly 1sotropic
PMMA 3240 01350 1491 - 0530 x10°0 05702070 -1080x00 -0 -0750x%00 -0 d
REFLECTION (2,>0)
All materials E v -1 0 0 2V/E 0 - - a2

* }dynamic waives

Table 1. Constants for caustic evaluation
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ay Xy

& 8o dp or 0 (an
The coordinates r, ¢ of points P which fulfill Eq. (11)
form the socalled initial curve in the object plane. The
mapping of this initial curve onto the image plane is the
caustic.

2.3 Mode-I Crack Tip Caustics

With the linear-elastic stress distribution around the tip
of a tensile mode-I loaded crack

Ky 1 (- 1 3 )
G, = 2COS—(P—COS=-
NG 2 2

— 1 1 3 o)
Gy ons 4 (3cosch+cosch) (12)
T = ol —’-( sinlg+sin2g )

e [mr 4 2 2

e

where K; = mode-I stress intensity factor, the mapping
equation, i.e. Eq. (1) with Eq. (10), specified for the
crack problem and expressed in terms of the components
of the vector T , denoted x' and v', is obtained as

K -3/2 3
X' =71 cosQ - 77_% zp € dogg 1777 cos3 @ )

2x (13
l\(‘I

NEEY

. =3/2 .. 3
y =71sino - zg ¢ degy T 32 sing @

For simplicity, only the isotropic case (A = 0) is
considered in Eq. 13 and throughout the following
context. Condition (11) applied to these mapping
equations then yields the equation of the initial curve

i 215
r:(-3—|l\li]z]]c!d j =1 (14)
2 0 eff =10 -

The initial curve represents a circle around the crack tip
with fixed radius ry. The caustic curve is finally obtained
as the image of the initial curve, given by the equations

>
!

= I (cosq) - sgn (Klzoc)—%—cos%(\o) 1s)
y' =15 (sin(p —sgn (Klzoc)%—sin-;—(p) .

The caustic equations are different for different signs of
the product (K;zoc). Mathematically, the caustic curves
are generalized epicycloids, they are graphically shown
in Fig. 4 for different loading conditions, i.e. K; > 0 and
K, < 0, different observation modes, i.e. transmission
(c < 0) and reflection arrangements (c > 0, see Table 1),
and positive and negative reference distances z,.

For the quantitative evaluation of caustics a length
parameter between characteristic points on the caustic
curve is defined. When caustics with an overall negative
sign are considered, the maximum diameter of the
caustic perpendicular to the crack direction is
appropriate, see Fig. 4. This diameter is denoted D. Its

CRACK TP UNDER
TENSILE {MODE 1) LOADING

sgniKzec) <0 sgniKpz,cls 0

Y

. .
e (N

Fig. 4. Crack tip caustics

size is related to the radius of the initial curve by the
relationship

D=3.17r, (16)
With Eq. (14) and (16) a quantitative formula is then

obtained relating the size of the shadow pattern to the
stress intensity factor K;

K.l = 242n D2

! ll‘ 5/2 (17)
317 zo|c| degr

Thus, from the diameter D measured with an

experimentally observed caustic the stress intensity

factor K| can quantitatively be determined.

With materials that are optically anisotropic (A # 0) the
analysis becomes somewhat more complex. As a result,
the single caustic curve splits up into a double caustic.
The evaluation formulas for each of the two caustics are
the same as given by Eq. (17) except for slightly
different values of the numerical factor. For details see

[2].
2.4 Extensions of the Method and Discussion

The presented shadow optical analysis applies for the
case of tensile mode-I loaded cracks and linear-elastic
material behaviour only. The caustic analysis has been
extended to other cases as well. An overview is given by
the author in a special chapter of the Handbook on
Experimental Mechanics [2]. Some of the results shall
be presented.

Mogel H— Moge D — Modem fe—

NRLTATNVLRA PVITA PRIRA NRITA NVLRA PVTA PRIRA| NRIRA PVRA tHor seftection oniy)

PN zposiive, negative icading RNt zreai vt rmoge 1A RA = transmission, refiection grangement

Fig. 5. Crack tip shadow patterns for
different modes of loading
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Figure 5 shows crack tip shadow patterns for mode-II
(in-plane shear) and mode-III (anti-plane shear) loading
of cracks, which are shown in addition to the previously
derived mode-1 caustics. The individual lines in the
graphs represent images of light rays which traverse the
specimen along straight lines ¢ = const. The caustic
curves appear as envelopes to the obtained families of
image lines. The mode-II and the mode-III caustics
become asymmetric. As discussed before, a
characteristic length parameter of the caustics
determines the stress intensity factors Ky or Kp
respectively. For cracks subjected to a combined mode-I
mode-II loading both stress intensity factors K; and Ky
are determined by two characteristic length parameters
taken from the resulting mixed mode caustic.
Quantitative formulas are given in [2,3].

With materials that do not show a linear-elastic but an
elastic-plastic behaviour (e.g. structural steels) crack tip
caustics can be observed as well. Figure 6 shows
numerically calculated [4] mode-I shadow patterns of a
crack in a power-law hardening material for different
hardening exponents n. With increasing influence of
plasticity effects the caustic changes its shape from the
limiting case n = 1, i.e. a linear-elastic material, to the
case n = oo, i.e. an elastic-perfectly-plastic material.
Analogous to the previous discussion, the diameter of
the elastic-plastic caustic now determines the elastic-
plastic fracture mechanics parameter, i.e. the J-integral.
For quantitative formulas see [2,4].

ELASTIC-PLASTIC CAUSTICS

ELASTIC CAUSTIC
Fig. 6. Elastic-plastic crack tip caustics

For further details, in particular as regards dynamic
applications, the influence of higher order terms of the
stress distribution and the influence of local plasticity,
state of stress, or anisotropy of the material etc., see [2].

Advantages but also shortcomings of the shadow optical
technique shall be discussed by comparing the shadow
optical and the photoelastic picture of a crack tip stress
distribution, Fig. 7. Due to the large number of
isochromatic fringes the photoelastic pattern is rather
complicated. In the near field region around the crack
tip, i.e. the region of interest, the isochromatic fringes
are not resolved anvmore. Thus, only by extrapolation
of far field data towards the center of stress
concentration information on the real crack tip loading
condition can be obtained. The shadow optical picture,
on the other hand, is much simpler. Only one
characteristic line, the caustic curve, is obtained which is
directly related to the crack tip loading condition. This

PHOTOELASTIC PICTURE

V%Y,
7N

OF CRACK TIP STRESS DISTRIBUTION

SHADOWOPTICAL PICTURE

Fig. 7. Shadow optical and photoelastic
crack tip patterns

simplicity results from the fact that the shadow optical
effect is caused by stress gradients (in contrast to the
photoelastic effect caused by stresses). This dependence,
on the gradient of stresses, also implies certain
disadvantages. The far field of the crack tip stress
distribution, for example, does not become visible in the
shadow optical picture, since the variations in stresses
are too small. The photoelastic pattern, however, yields
accurate information in particular in this region. Thus,
depending on the specific property of interest and
problem to be investigated the shadow optical method of
caustics or the photoelastic method of isochromatic
fringes (or another experimental method) may be the
most appropriate tool of investigation, but, because of
its sensitivity to stress gradients the shadow optical
method of caustics is certainly advantageous for
quantifying the intensification of stresses in the direct
vicinity of stress risers.

2.5 Experimental Arrangements

The practical realization of the caustic technique in the
laboratory for investigating fracture mechanics problems
does not require sophisticated experimental equipment.
The only essentials are a suitable light beam for
illuminating the specimen and a device for recording the
shadow pattern. The light beam has to fulfill only one,
but very stringent requirement: it must be generated by a
(point-like) light source of very small aperture in order
to produce high quality caustics. Conventional cameras
can be utilized for the recording of shadow patterns. In
dynamic applications a high speed camera is needed.
The camera is simply focused onto the real or virtual
image plane ahead of or behind the specimen, depending
on the chosen observation mode. Despite of the
simplicity of the arrangement much care and
experimental skill is a prerequisite for successful work.
For details on experimental techniques, e.g. specimen
preparation, use of non-parallel light beams for
illumination of the specimen, quality of the optical set-
up etc., see [2].

The patterns that are obtained by the shadow optical
method of caustics are of very simple geometrical shape
that can easily and reliably be evaluated. The shadow
optical method, therefore, is very well suited for
investigating complex phenomena, as they apply in
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dynamic loading situations. Results of shadow optical
investigations of two dynamic fracture problems are
presented in the following chapters. In these
experiments the dynamic shadow patterns are recorded
with a Cranz-Schardin 24 spark high speed camera,
allowing minimum picture interval times of 0.5 ps.

3. ARRESTING CRACKS

The usual procedure for measuring the crack arrest
toughness K;, of a material is as follows: In a wedge
loaded specimen a rapidly propagating crack is initiated
from a blunted initial notch at an initiation stress
intensity factor K;q > K,.. Figure § shows a rectangular
double cantilever beam specimen under longitudinal
wedge loading in a schematic representation. Because of
the stiffness of the loading system the crack opening
displacement  remains  constant  during  crack
propagation. Thus. the crack propagates into a
decreasing stress intensity factor field. It arrests at the
length a, if the conditions for crack propagation are not

d
K31 (26, 00) K"

-” RDCET

SPECIM
E|
Araidite BN

Fig. 8. Experimental set-up for a crack arrest ex-
periment and shadow optical arrangement
in transmission (schematically)

fulfilled anymore. To a certain extend, the arrest process
is equivalent to an initiation process with the time axis
being reversed. The stress intensity factor value at arrest
represents  the crack  arrest  toughness  Kj,.
Recommendations for measuring the arrest toughness
are given in ASTM E 1221 [5].

3.1 Influence of Kinetic Effects on the Crack Arrest
Process

In order to investigate the influence of dynamic effects
on the mechanical behaviour of cracks at arrest, the
stress condition at the tip of a propagating and
subsequently arresting crack was analyzed, see also
[6,7]. Using the epoxy resin Araldlte B, the actual
dynamic stress intensity factors, I\I , were measured
by means of the shadow optical method of caustics in
transmission. These values are compared to the
equivalent static stress intensity factors, Kj*',
calculated from the measured crack opening
displacement 28 utilizing conventional stress intensity
factor formulas from ASTM E 399.

iy & 3 P P v.‘ﬁ* EV 4 = A
1729 mm 188.6 mm 198 .8 mm

Fig. 9. Caustics of a propagating and subsequently
arresting crack (photographed in transmission
with an Araldite B specimen)

A series of six shadow optical photographs is shown in
Fig. 9. Quantitative data for cracks initiated at different
Kjg-values are presented in Fig. 10, showing the
dynamic, expenmentally determined stress intensity
factors, K™, as a function of crack length together
with the corresponding static stress intensity factor
curves, S[at (a). In addition, the measured crack
velocities axe given in the lower part of the diagram. The
following characteristics of the crack arrest process can
be deduced from these results: At the beginning of the
crack propagation phase the dynamic stress intensity
factor K{*" is smaller than the corresponding static
value K. At the end of the propagation phase, in
particular at the moment of arrest, the dynamic stress
intensity factor K& is larger than the corresponding
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Fig. 10. Stress intensity factors and crack velocity for
propagating and subsequently arresting cracks
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static value K{™. Only after arrest does the dynamic

stress intensity factor K?y" approach the static stress
intensity factor at arrest. Kji'' . Differences between the
dynamic and the static stress intensity factor curves
become smaller for cracks initiated at lower Kjq values,
i.e. for cracks propagating at lower velocities. The
dynamic effects obviously decrease with decreasing
velocity, as one might expect.

stat
1o
~

srecmen 20 (@ 180

ARREST

160

wo

no

0§ M SPECTAG | v
YMBOLL MO | mm [miy 00

I X3 8 i 7
ROCB - Speciman . 2 :;: o

02 tongitudinal wedge loaded

NORMALIZED STRESS INTENSITY FACTOR K 1K

-100 o 00 200 300 480
TIME t, us

Fig. 11. Post-arrest behaviour

The behaviour of the dynamic stress intensity factor,
Kfy” . in the post-arrest phase is shown in Fig. 11 as a
function of time. K?y“ oscillates around the value of the
static stress intensity factor at arrest, K{y'. Only some
time after arrest does the dynamic stress intensity factor

approach the static value.

Wave propagation phenomena explain the observed
behaviour: Elastic waves are produced by the
propagating crack, so that kinetic energy is radiated into
the specimen and K" < K™ . After reflection at the
finite boundaries of the specimen the waves interact with
the crack again and contribute to the stress intensity
factor, consequently K?y“ > K | An illustrative view
of these processes is given in Fig. 12. A rapidly
propagating crack (1000 m/s) in a high strength steel
specimen was photographed in a shadow optical
reflection arrangement. In addition to the shadow spot at
the crack tip the photograph shows the generation of
waves at the tip of the propagating crack and the
subsequent reflection at the boundaries of the specimen.

3.2 Influences on the Crack Arrest Toughness K,

The observed findings are summarized in Fig. 13, The
data show that the stress condition at arrest is not static
but dynamic. although the crack velocity is zero at the
moment of arrest. Therefore, crack arrest toughness
values which are determined on the basis of a static
evaluation procedure in principle cannot represent true
material properties. Statically determined crack arrest
toughness values K are smaller than the true
dygamically determined crack arrest toughness values
K"

CRACK LENGYH a,mm

The standard ASTM E 1221 [5] for measuring crack
arrest toughnesses is based on a static evaluation
procedure and care is, therefore, needed in using such
toughness data. Safety predictions on the basis of Kj:*
data can be erroneous. The determination of the true
crack arrest toughness has to take the dynamic effects

Fig. 12. Shadow optical photograpl of a
fast propagating crack in steel

into account and requires a fully dynaniic analysis.
However, since the dynamic effects in large scale
structures are generally smaller than in the relatively
small laboratory test specimens which are used for K,
determination, static crack arrest analyses will yield
conservative crack arrest predictions [6]. On the basis of
this understanding the static crack arrest concept can be
applied by the practical engineer under -certain
circumstances.

In order to minimize the errors when applying the static
crack arrest concept a special crack arrest test specimen

STRESS INTENSITY FACTOR K

Fig. 13. Crack arrest behaviour (schematically)
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with reduced dynamic effects has been developed by the
author and his colleagues, the socalled RDE-specimen,
[6]. With this specially designed specimens. crack arrest
toughness data can be determined by static evaluation
procedures with an accuracy which is sufficient for
engineering purposes and which avoids over-
conservatism.

4. CRACKS UNDER IMPACT LOADING

The impact fracture toughness Kyq is usually determined
with precracked bend specimens in instrumented impact
tests. The specimen is loaded by a drop weight or by a
pendulum type impact testor. Strain gauges at the tup of

K P, 0

LIGH
e

Y

SOURCE

INCIDENT LIGHT |

Fig. 14. Experimental set-up for a drop weight
experiment and shadow optical arrangement
in reflection (schematically)

160 us 8Lus 208 ps 232us 256us 280us

Fig. 15. Crack tip caustics under drop weight loading
(photographed in reflection with a high
strength steel specimen)

the striking hammer measure the load during impact.
The impact fracture toughness is derived from the
critical value of the load the specimen is subjected to for
the moment of crack initiation. Recommended pro-
cedures for performing the test and for evaluating the
data are given in [8].

4.1 Dynamic Behaviour of Impacted Cracks

The mechanical behaviour of cracks under impact
loading was investigated by measuring the dynamic
stress intensity factors directly at the crack tip by means
of the shadow optical method of caustics [6,9].
Specimens of Araldite B and of a high strength steel
were investigated. Figure 14 gives a schematic view of
the experimental set-up showing the shadow optical
arrangement in reflection with a high strength steel
specimen. The influence of dynamic effects was
evaluated by comparing the dynamic stress intensity
factors, K&, with equivalent static stress intensity
factors, K{™. The static values were determined from
the measured hammer load Py utilizing conventional
static stress intensity factor formulas from ASTM E 399.

A series of twelve shadow optical photographs of the
central part of an impacted steel specimen is shown in
Fig. 15. Quantitative data for the two materials Araldite
B and a high strength steel are given in Fig. 16. The
specimens were impacted at a velocity of 0.5 m/s by a
hammer of mass 4.9 kg or 90 kg respectively. The
dynamic stress intensity factors K" (experimental
points) and the corresponding static stress intensity
factors Ki'™ (thin curves) are plotted as functions of
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Fig. 16. Stress intensity factors for cracks under drop
weight loading a) Araldite B specimen,
b) high strength steel specimen
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Fig. 17. Mechanical response of a notched bend specimen to drop weight loading

time. The times are given in absolute units and also in
relative units by normalization by the period t of the
eigenoscillation of the impacted specimen.

The K™ -values show a strongly oscillating behav1ou1
whereas the actual dynamic stress intensity factor K| dyn
show a more steadily increasing tendency. In the early
time range, t < 1, these differences are very pronounced.
The differences become smaller with increasing time,
but even for times larger than 3t the influence of
dynamic effects obviously has not vanished and thexe
are still marked differences between KStat and Kl
Due to the different contact stiffnesses the effects are
larger with Araldite B than with high strength steel.

4.2 Reaction of the Specimen to Impact Loading

The behaviour of specimens under impact loading was
further investigated by also measuring the specimen
reaction at the anvils [6]. Figure 17 compares the load
measured at the striking hammer (a), the stress intensity
factor measured at the crack tip (b), the load measured
at the anvils (c), and the position of the specimen ends
with regard to the anvils (d). The data were obtained
with Araldite B specimens impacted at lm/s. The -
value of the specimens utilized for these investigations
is about 700 ps. A comparison of the four signals
indicates that non-zero loads at the anvils are registered
only after a rather long time of about 600 ps. This time
is about three times larger than the time it would take the
slowest wave, i.e. a transverse wave, to travel from the
point of impact to the anvils. This unexpected behaviour
is explained by diagram (d) in Fig. 17. A loss of contact
is observed between the specimen ends and the anvils.
The loss of contact starts at about 200 ps. This time is in

agreement with the above consideration of wave
propagation times. For about the next 400 us the
specimen is completely free and only after this time, i.e.
at a time of about 600 ps total, do the specimen ends
come into contact again with the anvils. In accordance
with this observation loads are then recorded at the
anvils. With different test conditions this loss of contact
can occur later for a second time and loss of contact can
also take place between the hammer and the specimen,

l:US‘C ‘:t
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tm125T t=151 t=178T

Fig. 18. Loss-of-contact (LoC) effects observed with
impacted specimens

These processes are illustrated by the schematic
representation in Fig. 18. Since in these experiments, the
anvils were obviously of no influence during the early
phase of the impact process, additional experiments
were performed with unsupported specimens. The
results are represented by the dashed curve and open
data points in Fig. 17. In accordance with speculation,
the early specimen reaction (t < 7) is the same for both,
the supported and the unsupported specimen.

4.3 Validity of Impact Fracture Toughnesses Kig

The data demonstrate the strong influence of dynamic
effects on the mechanical behaviour of cracks under
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impact loading. The method [8] proposed to ASTM for
measuring the dynamic fracture toughness Ky in
instrumented impact tests assumes that for times larger
than 31, K] -values would represent a good
approximation of the actual dynamic stress intensity
factor K?y“. However, data from the presented
experiments indicate that a static analysis is not at all
adequate to describe the loading. condition in the
specimen under the proposed conditions, except at much
later times, i.e. for t/t >> 3. Large times-to-fracture t;
result for high test temperatures and small impact
velocities. Small t-values, on the other hand, result for
small specimen dimensions. Often t; and T, however,
cannot be varied independently due to size requirements
which in general demand large specimen dimensions for
high test temperatures. In order to overcome these
difficulties as well as the resulting restrictions on the
choice of test parameters a fully dynamic measuring
procedure, the socalled method of impact response
curves, has been developed by the author and his
colleagues, for details see [10]. This concept of impact
response curves allows to correctly determine impact
fracture toughnesses K4 under arbitrary test conditions,
even under test conditions that result in extremely high
rates of loading.

6. SUMMARY AND CONCLUSION

The shadow optical method of caustics for determining
stress intensity factors from the actual stress strain field
around the tip of a crack tip is presented. The method is
used in combination with high speed photography to
investigate the influence of dynamic effects on test
procedures for measuring dynamic fracture toughnesses.
The crack arrest toughness Ky, and the impact fracture
toughness Ky, are considered as examples. For arresting
cracks the stress condition at arrest is found to be still
dynamic and not static although the crack velocity has
become zero. The dynamic effects become small for
small crack propagation velocities only. For cracks
under impact loading conditions the stress intensity
factors cannot be adequately derived from measured
load values via static evaluation procedures. Only for
large times to failure, as they result for small impact
velocities and/or ductile material behaviour, do static
approaches represent acceptable approximations.
Reliable crack arrest and impact fracture toughnesses
can only be obtained by evaluation procedures which
take the dynamic effects into account. In general, the
observed findings demonstrate that it can be very
misleading to apply knowledge based on quasi-static
fracture processes to dynamic situations. An appropriate
consideration of the relevant time effects is needed for a
successful treatment of dynamic fracture problems. Only
on the basis of such fully dynamic investigations can one
make decisions on the validity range of quasi-static
measuring procedures or on the necessity for the
application of fully dynamic test procedures.
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Ductile fracture of thin shells and panels. Application to
containment casings in aeroengines.

C Ruiz
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Resumen. Se presenta un estudio sobre el valor de parametros
elastoplasticos de mecanica de fractura para el estudio de la iniciacion de
grietas en tuberias y estructuras de pared fina. Se demuestra que el dngulo
de apertura de grieta (COA) es preferible a la integral J y al desplazamiento
en fondo de grieta (CTOD). Se describe un método para decidir si la grieta
se propaga papidamente y el efecto de barreras como refuerzos y cambios de
seccion. El método requiere la medicion del COA y un analisis por elementos
finitos en el campo elastoplastico verificado experimentalmente.

Abstract. The relevance of elastoplastic fracture mechanics parameters for
the study of crack initiation in pipelines and thin-walled structures is
considered. It is shown that the crack opening angle (COA) has advantages
over the J-integral and the crack tip opening displacement (CTOD). A
methodology to find whether fast crack growth occurs and the effect of crack
arresters such as raised flanges or changes in section is proposed. This relies
on the measurement of the COA, a finite element elastoplastic analysis and

experimental verification.

1. INTRODUCTION

The safety of gas pipelines has prompted
much of the research into crack propagation
in ductile materials. Early codes of practice
[1] relied on engineering judgment based on
experience. They attempted to ensure
integrity by specifying materials with a
Charpy V impact energy above a minimum
value and geometrical defects in the pipeline
within certain tolerances. Statistical analysis
of full scale tests reproducing service
conditions helped to draft rules that have
proved remarkably effective. More recently,
the emphasis shifted to the application of
linear elastic fracture mechanics, in line with
practice in the pressure vessel industry. It
was argued that fracture initiation would be
avoided by maintaining the calculated stress

intensity factors associated with permissible
defects below the fracture toughness of the
material, K. While successful when dealing
with the thick sections normally found in
pressure vessels where the dominant failure
mode is plane strain, this approach has been
shown to be inappropriate to the
predominantly plane stress conditions found
in the ductile failure of pipelines. [2] In that
case, elementary limit analysis has provided
accurate predictions of the bursting pressure
of pipelines with known defects. While an
undoubtedly useful approach, limit analysis
does not account for the deformation
preceding failure and can not be applied to
the study of propagating cracks.

Fast crack propagation has become an
important consideration in the design of
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containment casings for aero engines. In
these most of the thrust is provided by the
fan which consists of between 22 and 26
blades each weighing about 15 to 20 kg and
turning at a peripheral tip speed of 400 to
475 m/s. These fan blades obviously have a
large kinetic energy and the possibility that
one may become detached cannot be
ignored. Indeed, airworthiness regulations
demand that a fan blade released at full
power must be contained within the engine
and a safe shut down can be effected without
hazard to the aircraft. The casing structure
must therefore be designed so as to allow the
blade to move out of the path of the rest of
the fan while preventing it from leaving the
engine cowl. This is achieved by letting the
blade perforate an inner membrane and
containing it within an outer casing. It is
essential to ensure that the perforation does
not trigger the destruction of the inner casing
that would result if extensive crack growth
followed impact. [4]

There are other situations in the aero engine
and airframe industries where crack growth

in stressed structures presents a serious
threat: fracture of combustion chambers
under a sudden overpressure and of a
pressurised fuselage are two examples. [5,6]
A number of features are common:-

1. The material is ductile and relatively
large plastic structural deformation
occurs during the failure process.

2. The structure is under static or
quasistatic load prior to the event
that triggers crack initiation.

3. External loads continue to be applied
during crack growth.
4. Fracture is mainly in shear.

The role of plastic deformation, both at the
stage of crack initiation and of crack growth,
is regarded as the key to the whole process.
In this report, some recent work will be
surveyed and current practical procedures
followed to avoid the problem will be briefly
discussed.
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Figure 1. True stress-strain curve for gas pipeline steel [8]
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2.  PLASTIC INSTABILITY AND
CONDITION FOR DUCTILE
FRACTURE

Once the true stress - natural strain curve for
the material is known, it is possible to find
the  bursting strength of a cylindrical
pressure vessel or pipeline by means of the
Considere’s construction. [7] Taking, for
example, a typical mild steel for gas pipelines
whose mechanical properties are defined in
figure 1, it can be shown that the bursting
pressure due to plastic instability for a

pipeline with nominal outside diameter D =
914 mm and nominal thickness t = 15 mm is
22.0 MPa. The bursting pressure can also be
obtained by finite element analysis, plotting

Tabie 1

the curve pressure viz. radial expansion for
the pipeline with the material defined by
figure 1. Using ABAQUS, it was found that
the radial expansion tended to grow towards
infinity when the pressure exceeded 21.86
MPa, in good agreement with the result
obtained from the classical approach. [8]
When a longitudinal crack of depth a is
present, the strength of the pipeline should
be reduced by the ligament efficiency factor
(t-a)/t, assuming that failure is still governed
by plastic instability. In practice the material
is not infinitely ductile and failure will occur
through crack tearing at a lower pressure.
As shown in Table 1, experimental results
support this view.

Calculated and experimentally determined bursting pressures [8]

Pipe Outside Thickness

No. diameter {(mm) (mm)
(mm) t

0 914 15

1 914 15

2 916.4 16.3

3 014.7 15.5

* Average of Considere’s and ABAQUS results

Crack tearing may occur when a
characterising parameter such as J, COD,
etc. reaches a critical value.  Using
ABAQUS and the true stress-natural strain
curve of figure 1 to represent the material, J
and the crack opening displacements at the
mouth and at the tip of the crack as well as
the crack opening angle were calculated.

The physical meaning of the crack opening
parameters 1s clear and unambiguous; the

Crack depth

Calculated* Experimental
pressure (MPa)  pressure (MPa)
219 = plwm 20
11.4 1o 1043
109 1w € 10.47
8.3 7.6

crack tip opening displacement (CTOD
provides a measure of the plastic stretching
which changes the sharp crack into a notch
and the crack mouth opening displacement
(CMOD) includes the change in flank angle,
(COA).
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Figure 2. Relationship between internal pressure and CTOD for pipeline 1 [8]
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obtained for the other pipelines. The values
of the CTOD, CMOD and COA at bursting
are shown in Table 2.

Figures 2 and 3 show the variation of the
CTOD and the CMOD with internal pressure
for pipeline number 1. Similar curves were

Table 2
Elastoplastic crack tearing parameters at the bursting pressure
Pipe No. CTOD* CMOD* COA* J Pr
(mm) (mm) (rad) (kJ/m?) (MPa)
1 0.10 0.23 0.015 154 13.7
2 0.10 0.24 0.015 153 14.1
3 0.10 0.31 0.020 154 10.2

Note *: Values refer to one face of the crack only

0.40 —
5
& ]
%
8 0.20 —
g
g
g

0.00 I

448.00 452.00 456.00 460.00

radius (mm}

Figure 4. Crack opening shape for pipeline 1 at 10 MPa [8]

It will be noted that bursting occurs at a
fixed value of the CTOD but that the values
of the CMOD and of the COA differ by up
to 19%. Inall cases, as the pressure reaches
a final value p;, also shown in the tables,
plastic instability would occur if the material
were infinitely ductile. This final pressure
exceeds the corresponding calculated and
experimental values in Table 1. Figure 4
shows the crack profile at a pressure of 10
MPa. The flank is seen to remain straight.
From a measurement of the CMOD and of
the COA it is therefore possible to find the
CTOD.

Although the physical meaning of J, as the
strain energy released per unit of crack area,
is perfectly clear, its calculation depends on
finding a contour near to the crack tip but
embracing an elastic region. Because of the
widespread plastic deformation and the size
of the crack it is very difficult to find a path
independent value of J, as illustrated in figure
5. Contour number 1 is adjacent to crack
tip, number 40 is at a distance of 5 mm. As
the contour approaches the crack tip J
decreases. Away from the crack tip there is
a region over which it remains constant. The
average values over this region, labelled AB
in the figure, are given in Table 2.
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pressure for pipeline 1 {8]

Like the CTOD, J could be used to establish
the critical condition for crack growth as a
result of ductile tearing but, unlike the
CTOD, it is not possible to measure J
experimentally. This, added to the difficulty
of calculating a path independent value of J
precludes the use of J in practice.

3. CRACK PROPAGATION

The next question that arises is, what
happens to the crack once the critical value
of the CTOD has been reached? This
problem has been studied by many
researchers [5, 6, 9-12]. Where material
toughness is high and in the case of thin-wall
structures under plane stress conditions,
failure occurs through plastic shearing. It

follows large displacements of the free edges
behind the cracktip. The tear follows a route
dictated by the orientation of the original
defect and the state of stress of the structure
until it is deflected by a change in wall
thickness or material properties. Energy
balance dictates that,

Rate of work done by gas = Rates of elastic
strain energy release + kinetic energy +
plastic work + fracture energy (1)

The most important dissipative energy term
is the rate of plastic work given the large
deformation of the structure. Consider the
pressurised cylindrical vessel or pipeline of
figure 6.



40

ANALES DE MECANICA DE LA FRACTURA Vol. 15 (1998)

Figure 6. Ductile fracture of pressurised cylindrical vessel or pipeline

As the crack extends, it can be shown that
the rate of elastic strain energy released is
given by,

du = - "‘"]’0 da ()

A

where o is the initial stress, normally equal to
two-thirds of the yield point.

The plastic work 1s associated with the
opening angle of the pipe or vessel. For a
rigid-ideally plastic material the rate of
plastic work is given by

dW=%do,t’da (2b)
where oy 1s the yield point stress,

The fracture energy is,

dV=Jtda (2¢)
and the rate of work done by the gas

assuming adiabatic expansion as a first
approximation,

p Yt
dL = —fg% T, [—2] " imrlda  (2d)
’Y.—

1

where the subindex 2 corresponds to the
conditions prior to failure and p, may be
taken to be equal to the atmospheric
pressure. Other, more accurate, formulations
of the rate of work done by the gas take into
account the discharge flow rate but, for an
order of magnitude assessment of the
magnitudes involved equation (2d) is
sufficient. Consider for example the case of
a cylindrical pressure vessel with a radius of
1m, a thickness of 10 mm, made of steel with
a yield stress of 450 MPa. The rate of elastic
energy released (equation 2a) is 14.1 kJ/m;
the rate of plastic work when the vessel
opens by 180° is (equation 2b) 70.75 kJ/m,
the fracture energy for J = 150 kJ/m” is
(equation 2¢) 1.5 kJ/m. The overwhelming
importance of the plastic work is clearly
demonstrated. In contrast, the energy
associated with crack tearing is virtually
negligible. To give a design stress of 300
MPa, the gas pressure should be 30 bar,
Assuming that the gas is air, with R = 287
JkgK, v = 1.4 and a density of 1.225 kg/m*
and that the temperature is 298 K, equation
(2d) gives,

-(-i—[-‘— = 1350 kJim

da
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The wvast disparity between the energy
available and the energy required implies that
the kinetic energy will be sufficient to project
fragments of the vessel at very high
velocities. This would not be the case if the
pipeline contained a non volatile liquid. As
another example, consider the containment
casing of an aero engine made of an
aluminium alloy, with a radius of 500 mm, a
thickness of 2 mm, a yield stress of 300 MPa
and J = 80 kJ/m*. From equations (2a) (2b)
and (2c), the rates of elastic strain energy
released, plastic work and fracture energy
are found to be 1.8 kJ/m, 1.9 Jk/m and 0.16
kJ/m. Loading is due to its own weight and
that of minor components supported by the
shield and to the impact of the blade as it
perforates the shield. While the fracture
energy is again very small, the elastic energy
released is almost equal to the dissipated
plastic work. Only a small additional input
of external energy would suffice to
propagate the crack.

The conclusion that can be drawn from these
examples is that the main terms in the energy
balance equation, in addition to the external
work, are the elastic strain energy and the
plastic work, with any excess energy
appearing as kinetic energy of the ejected
fragments.

In consistency with this conclusion, a ductile
fracture model has been proposed by
Kanninen et al [13] for pipelines. The
fundamental assumption is that the crack
grows provided that the COA exceeds a
critical value which is determined
experimentally.  An elastoplastic finite
element is used to find the deformation of
the pipeline as the crack grows and thus
compare the calculated COA to the critical
value. While the COA may not be ideal, as
discussed in the previous section, it is much
easier to calculate than the CTOD and it is
also very easy to measure. It is however

expected that the CTOD would lead to more
accurate predictions. There is no reason,
other than practical considerations, why any
elastoplastic finite element package should
not be used once the external load is known.
In the case of a pressurised gas container this
is far from trivial since the pressure depends
on the escaping gas flow through the
opening whose size depends, in turn, on the
pressure itself. Simple rules such as were
used when deriving equation (2d) are not
appropriate if an accurate solution is needed
and the semiempirical equations proposed
for gas pipelines [13] are clearly limited.
There seems to be no other way than
attempting to solve the coupled elastoplastic
mechanics/gas dynamics equations by
successive iterations, a tedious and expensive
task. The problem is considerably eased if
the loading is due to a non-volatile liquid
under pressure or some other external force
that remains constant or at least independent
from the crack size as the crack grows.

4. IMPLEMENTATION OF THE
MODEL FOR DUCTILE FRACTURE

The procedure for the implementation of the
model for ductile fracture that has been
described will be illustrated by an example
taken from industrial practice. A
containment casing for a large high by-pass
ratio aero engine consists of an inner casing
wrapped by several layers of woven Kevlar
tapes. The inner casing is an aluminium alloy
shell electrochemically machined to display
reinforcing ribs on a hexagonal pattern, as in
figure 7. The casing is fixed to a ring
structure at one end and carries the intake
cowl at the other. The stress level under
normal operating conditions is approximately
equal to one-third of yield and stresses in a
containment incident do not raise over two-
thirds of yield overall, although local plastic
deformations will clearly be found close to
the point of impact.
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Figure 7. Typical Isogrid casing {15] Thickness of panels 2 mm, thickness of ribs 10 mm.

The shape and size of the initial defect, from
which the crack starts, depends on the
missile. This is a fan blade, normally hitting
at the root end and forced against the casing
by the other blades as they continue to
rotate. Once the extent of this initial damage
is established, the procedure is as follows:-

I Calculate the COA of the damaged
casing under the known external
Joads by means of ABAQUS [14]. If
it is less than the critical COA, the
crack will not grow. Note that the
CTOD may be used instead.

2. If the COA calculated exceeds the
critical value, the crack will grow.
To find if it will accelerate, perform
an energy balance as per equation
(1), allowing the crack to extend
over one of the cells of the isogrid.

3 If it i1s found that the crack
accelerates, assume that its path is
normal to the lines of maximum
tensile stress and repeat the above
calculations for wvarious crack
lengths.

The analysis requires an accurate material
model in the form of true stress - natural
strain relationship at the appropriate rate of
strain and temperature and a critical value of
the ductile fracture parameter COA, or
CTOD. For the results to be accepted by the
air transport licencing authorities they must
also be verified preferably by a full-scale test
but at least by means of some small-scale
experiment designed to verify the
fundamental assumptions made in the
analysis.
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4.1 MEASUREMENT OF CRITICAL
DUCTILE FRACTURE PARAMETER

Recommendations for the measurement of
the COA are found in [8]. Specimens,
machined from actual pipelines, are tested in

Uy U,
B(w-a,)  B(w-a,)

c

Defining the flow stress oy as,

3-point bending and the energy required to
grow a crack from a pre-machined notch is
found for two values of the notch depth.
The value of the energy release rate is
calculated by means of the following
equation,

‘ _(avy oo
+ [al - ‘H] = | g jpe unit area

a

op = 0.65 (Yield stress + Ultimate tensile strength)

the COA is obtained from the empirical equation,

180

S
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Figure 8. Three-point bend specimen for
measurement of COA

A more rational procedure is based on the
ASTM Standard for determination of crack
arrest fracture toughness {16]. In this a
compact tension specimen is fatigue
precracked and the crack is opened by a
wedge, as shown in figure 9. The crack

(/3 Me don wnicladef covebrifaides ,/
All units are Imperial. See figure 8.

!
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arrest fracture toughness, K, 1s given in
function of the crack opening at the mouth
by the equation,

1 n
K/a = I f (“\-) ('}?‘“] ? <”/> ?

N

where 0 is the CMOD, which may be
deduced from the displacement of the wedge
B is the thickness, B, is the thickness of the
specimen along the fracture plane and W the
width. f{x) is a calibration function,

f(x)=2.24(1.72-09x +x3) (1-x)% (9.85-0.17x + 11x%)

a
X = —
W
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T

Figure 9. General arrangement for determination of crack arrest fracture toughness

following ASTM guidelines

This test is meant to be used for fracture
under plane strain conditions. The plane
stress COA of the aluminium alloys used in
the Isogrid has been measured directly with

the same testing procedure in Oxford. Two
typical Al-Cu alloys with the following
mechanical properties are of particular
interest:-

Table 3
Properties of two typical Al-alloys
Alloy Yield point Tensile Strength K¢ COA
(MPa) (MPa) (MPav m) (rad)
A 371 27.2 0.024
B 337 31 0.030

The relative difference between the two in
fracture toughness is 13% and in COA it is
22%. It was found in practice that in casings
made of alloy A cracks were much longer
than in those made of alloy B.

42 VERIFICATION OF ANALYTICAL
PROCEDURE.

To verify the accuracy of the predictions
made following the analytical procedure that
has been described it is necessary to monitor
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the growth of a crack in a preloaded panel
exhibiting those features of the real structure
that are regarded as essential. A testing rig

designed and built for this purpose is shown
in figure 10.

Figure 10. Test rig for the study of fast crack growth [17]

The specimen, in this case a plain panel 250
mm square i1s loaded by two identical
pneumatic jacks capable of applying a load
of 80 kN. Symmetry is important when
dealing with phenomena involving stress
waves and for this reason it was deemed
preferable to have two jacks when one
would suffice for static loading. By
maintaining a large volume of compressed
nitrogen as the pressurising fluid, the crack
grows under constant force regardless of the

displacement of the clamps. It is also
possible to achieve a fixed displacement
condition by fitting collets to the loading
stems. In the configuration shown in the
figure, a projectile fired from a compressed
gas gun perforates the specimen, causing the
crack to initiate. Depending on the stress
level in the panel the crack may arrest or
cause the complete fracture of the panel.
Features such as ribs, holes and changes of
thickness may be included in the panel. A
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Figure 11. T'est specimen for initiation of crack by wedge opening.

photodiode, located near the gun muzzle
‘sees’ the projectile and triggers an ultra high
speed camera and a transient recorder to
obtain the strain history at various points of
the panel.

An alternative to this testing arrangement
consists in combining the measurement of
the COA and the verification of the analytical
procedure. In this arrangement, figure 11,
the notched specimen is loaded and the crack
is initiated by hitting a wedge with a bar

using an arrangement described in [18]. The
transient recorder and photographic camera
are triggered by a strain gauge fixed to the
input bar. A clip gauge measures the CMOD
and, from this, the COA can be deduced.
Cracks grow under fixed force condition in
a non-uniform stress field. As before, the

experiment provides data for the verification
of the computer predictions.

5. CONCLUSIONS

A research programme to investigate the
validity of the assumptions made in this
paper and the accuracy of the results is
currently under way in Oxford, supported by
the EPSRC and by Rolls-Royce Aerospace.
It is still too early to come up with any
definite conclusions but it is already clear
that a methodology based on elastoplastic
fracture mechanics which considers only the
energy  associated  with  structural
deformation, both elastic and plastic,
external work and kinetic energy when the
COA or the CTOD reach a critical value has
considerable potential.
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Resumen. El conocimiento de las ecuaciones constitutivas y criterios de rotura de materiales cerdmicos
avanzados sometidos a cargas de impacto es necesario para una correcta utilizacién de los modemos programas
numéricos de simulacién de impacto balistico sobre blancos cerdmicos. Este trabajo presenta una revisién de
los modelos més ampliamente utilizados, asi como de los datos experimentales disponibles que dichos
modelos necesitan. Se hace especial énfasis en las lagunas existentes, especialmente en lo referente a los

criterios de rotura.

Summary. The knowledge of the constitutive equations and failure criteria for advanced ceramic materials
under impact loadings is necessary for a precise utilization of modern numerical hydrocodes of ballistic
impact simulation on ceramic targets. This paper is a review of the most widely utilized models as well as
the available experimental data required to feed those models. Uncertainties of existing models are pointed

out, particularly with respect to failure criteria.

1. INTRODUCCION

El comportamiento mecdnico de materiales cerdmicos
avanzados sometidos a cargas dinAmicas ha sido y sigue
siendo objeto de un gran interés por parte de numerosos
investigadores que buscan desarrollar blindajes mds
cficientes y menos pesados para proteger vehiculos y
personas frente al impacto de los modernos proyectiles de
energia cinética y carga hueca,

Desde los trabajos pioneros de Wilkins [1] a finales de la
década de los 60, han sido muy numerosas las
investigaciones que han demostrado las grandes veniajas
de los materiales cerdmicos frente a los materiales
metdlicos en el campo de los blindajes ligeros.

E] disefio 6ptimo de un blindaje frente a una amenaza
concreta puede llevarse a cabo utilizando métodos
cmpiricos, analiticos o numéricos. Los métodos
empiricos, basados exclusivamente en la realizacién de
pruebas de fuego, son caros, dado el elevado ndmero de
variables que es necesario examinar y raramente se
utilizan para el disefio de blindajes compuestos.

Los métodos analiticos son sencillos y ripidos, aunque
su grado de fiabilidad suele ser inversamente proporcional
a su grado de complejidad. Los modelos de

Woodward [2], den Reijer [3] y Zaera [4] son algunos de
los mads utilizados para el disefic de blindajes
ceramica/metal, mientras que el modelo de Chocrén [5]
¢s el primero desarrollado para simular analiticamente ¢l
impacto de un proyectil sobre un blindaje
cerdmica/compuesto.

Finalmente, los métodos numéricos se basan en la
utilizacién de programas de elementos finitos o de
diferencias finitas ¢(hidrocddigos) para la simulacién del
proceso completo de penetracién del proyectil en el
blanco. Los métodos numéricos proporcionan una gran
informacidn sobre el proceso y con el espectacular avance
de los modernos ordenadores en capacidad y velocidad de
calculo, resultan relativamente répidos y sencillos de
utilizar. En el caso de blancos metalicos han demostrado
sobradamente su elevado grado de fiabilidad (6], por lo
que son insustituibles en el disefio de blindajes
metdlicos. En el caso de blindajes compuestos
cerdmica/metal o cerdmica/compuesto, los programas
numéricos de simulacién requieren conocer las ecuaciones
constitutivas de los materiales antes y después de la
rotura asi como disponer de criterios de rotura fiables. La
escasez de muchos de los datos necesarios obliga a
utilizar pardmetros empiricos, con lo que se reduce
drasticamente la capacidad predictiva de estos métodos
numéricos. Es por tanto, del mayor interés desarrollar
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ecuaciones constitutivas y criterios de rotura dindmica
fiables para materiales cerdmicos asi como determinar
experimentalmente Jos datos que dichas ecuaciones
precisan. En esta comunicacién se presentan de forma
resumida las ecuaciones constitutivas y criterios de rotura
dindmica para materiales cerdmicos avanzados asi como
los datos experimentales disponibles hasta la fecha,
haciendo especial hincapié en las lagunas existentes.

2. ECUACIONES CONSTITUTIVAS PARA
MATERIALES CERAMICOS

Suele ser frecuente en muchas publicaciones sobre
materiales cerdmicos confundir los términos ecuaciones
constitutivas, criterios de fallo y leyes tensién-
deformacidn uniaxial. Por ecuaciones constitutivas de un
material entendemos las relaciones que ligan entre si los
tensores de tensién y deformacién y en su caso sus
derivadas temporales para un punto dado del sélido. Por
lo general, los programas de simulacién numérica de
impacto utilizan para los materiales cerdmicos el mismo
tipo de ecuaciones constitutivas que para los materiales
metalicos.

Asf pues, mientras el tensor de tensiones no alcanza un
valor critico que se definird mds adelante a traves del
criterio de plastificacidn, la respuesta del material es
eldstica y la ecuacién constitutiva més frecuente es la
tipica ecuacién de Mie-Gruneisen de un material eldstico.

El tensor de tensiones G jj S¢ separa en sus componentes

hidrostitica p Sij y desviadora O‘{j;

La componente desviadora de la tensién es proporcional
a la componente desviadora de la deformacién 8%- :

y

Gl_] =2G 81_] 2)

donde G es el médulo de rigidez y la presidn p se
relaciona con la deformacién volumétrica a través de la
ecuacion de estado de Mie-Gruneisen:

p=(1-0.5TM)Py +Ipy(I-1Ip) 3)

Py =B n+Byn*+Bsn’ @

donde I" es el pardmetro de Mie-Gruneisen, T es la
deformacién volumétrica, Py la densidad inicial del
material, Iy ¢ I la densidad de energia inicial y la
densidad de energia instantdnea respectivamente y By B,
y B3 constantes del material

Los valores dc las constantes elasticas se suelen suponer
independientes de la velocidad de deformacién. En
consccuencia, pueden utilizarse valores obtenidos en
ensayos estiticos. La tabla 1 resume los datos elésticos
de varias cerdmicas de interés para protecciones
balisticas [7,8]

Tabla 1: Constantes elasticas de varias ceramicas

Propiedad AD995  SiC B4C Ti By AIN
Densidad (Kg/m3) 3890 3177 2516 4452 3250
Mddulo de rigidez (GPa) 152 187 199 237 127
81 (Md&dulo de compresibilidad) GPa 231 204 233 230 201
B2 (GPa) -160 204 50 930 0
B3 (GPa) 2774 0 0 -1310 0
T 1 1 1 1

A menudo, las ecuaciones constitutivas adoptadas para
materiales cerdmicos suponen que, al igual que los
materiales metélicos, una vez se alcanza un determinado
nivel de tensiones, el comportamiento del material deja
de ser eldstico y aparecen deformaciones plasticas. L.os
criterios de plastificacidén mas simples suponen que la
plastificacidn tiene lugar cuando la tensién equivalente

G de Von Mises alcanza un valor critico & v (criterio de
Von Mises para materiale metilicos):

G =./3], =oy ®)

donde J5 es el segundo invariante del tensor desviador de
tensiones.

El limite eldstico Oy se supone independiente de la
deformacidn, presién y temperatura, utilizindose
generalmente el limite eldstico Hugoniot (HEL), es decir
el valor del limite eléstico en condiciones uniaxiales de
deformacién. Arn asi, en estos modelos sencillos, se
supone que el limite eldstico es funcién de la velocidad de
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deformacién € utilizdndose expresiones del tipo
siguiente:

0'Y=C1(1+C21né) ©6)

donde C; y C, son constantes experimentales.

La tabla 2 resume datos existentes sobre limite eldstico
de cerdmicos avanzados.

Recientemente, se han propuesto criterios de
plastificacién para materiales cerdmicos mas complejos.
Entre ellos, uno de los mds utilizados es el criterio de
Johnson-Hollmquist [9,10].

En el modelo Johnson-Hollmquist se sigue suponicndo
que el material cerdmico tiene un comportamiento
clastoplastico , pero a diferencia de los metales se acepta
que el limite eldstico es funcidn de la presién hidrostatica
P:

oY =A(P*+T*)N (1+Cme") )

donde las magnitudes sc han adimensionalizado de forma
que

oy =0y /oypL P  =P/PyeL . T =T/ PyeL
)’é* =é/é0

siendo Oyg;. la tensién equivalente G para el limite
eldstico Hugoniot, Pygp la presién hidrostitica para el
limite elastico Hugoniot, T la tensién pidros'tética
mdxima que puede soportar el material, € y £j la
velocidad de deformacién real y €g la velocidad de

deformacién de referencia =1.0 s"}. A, Ny C son
constantes empiricas.

Finalmente el modelo de Steinberg [11] (desarrollado
inicialmente para metales) supone que el limite elastico
es funcién de la deformacién, de la presion hidrostitica y
de la temperatura:

Gy = Yo(1+Pe)"

[1+ o —33-—+9——T‘(T—300)} ®)
Yo Go

donde Op es la derivada del limite eldstico respecto de p

(a T constante), Gr'r es la derivada del médulo de rigidez
respecto de la temperatura, p es la presidén, T} es la

deformacién volumétrica, G el médulo de rigidez, T la

temperatura y Yo, B, n pardmetros empiricos.

Tabla 2: Limite eldstico Hugoniot de varias cerdmicas

AD SiC B4 C Ti By
99,5
Limite eldstico Hugoniot (C1) GPa 6,57 11,5 12,5 12,0
Constante de vel. de deformacién (Co) 0,007 0,01 0,01 0,01

3. CRITERIOS DE ROTURA
MATERIALES CERAMICOS

PARA

Como dice Rosenberg, hasta la fecha no existe ain un
modelo capaz de predecir correctamente el
comportamiento en rotura de un material cerimico
sometido a un estado de tensiones triaxial [8]. No
obstante, existen numerosos criterios de rotura para
materiales cerdmicos mds o menos sencillos que
proporcionan resultados aproximados al comportamiento
real en determinadas situaciones o experimentos
concretos. Rajendran clasifica los modelos existentes en
cuatro grupos [12]:

a/ Modelos instantdneos, en los que la rotura se supone
que sucede de forma subita cuando alguna de la variables
(tensién maxima, deformaciéon maxima, energia eléstica,
etc) alcanza un valor critico.

b/ Modelos plasticos, en los que a menudo se confunden
los conceptos de criterio de rotura del material y criterio
de plastificacién. Se utilizan los criterios de Von Mises,
de Tresca, de Coulomb, de Drucker-Prager, etc. El
modelo de Steinbergv [11] estaria incluido en este grupo,
si se supone que la rotura sucede cuando la tensién
equivalente de Von Mises es igual al limite eldstico del
material dado por la ecuacién 8.

El modelo de Johnson-Hollmquist [9,10] atin cuando
supone un comportamiento elastopléstico, tal como
indicamos en el apartado anterior, presenta un avance
importante por cuanto la plastificacién y la rotura ya
dejan de ser sucesos simultineos.

En efecto, una vez que la tensién equivalente de Von
Mises alcanza el limite elastico dado por la ecuacién 7,
se supone que el material comienza a sufrir un dafio
acumulativo D que es simplemente la relacion entre la
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adicién de los sucesivos incrementos de deformacidn
pléstica equivalent AEP y la deformacidn pldstica de

f iy o
rotura €p, que a su vez es funcién de la presién:

eh =Dy (P* + T*)Dz o

donde P* y T* ya fueron definidos anteriormente y Dy

y D, son pardmetros empiricos. Para considerar el

efecto del dafio acumulado sobre las propiedades del
material, se supone que la relacién entre la tensién

. * [ * ‘e .
equivalente Oy y la presién P es funcién del pardmetro
de dafio D a través de una expresién lineal:

® *
G’;f = Ovyj '—'D(O'Yi - G*Yf) 10

INTACTO (D=0)

G =AP +T)" (1+Clne")

o = G/GHEL

*

ENSION EQUIVALENTE NORMALIZADA

*
donde Cvy; es el limite eldstico para material intacto

(D=0) dado por la expresién 7y Gy¢ es dicho limite
eldstico para material fracturado (D=1}, dado por

oY =B P*m(1+c In e) an

donde B y m son dos nuevos pardmetros empiricos. La
figura 1 muestra en esquema las leyes del modelo de
Johnson-Hollmquist. Como puede verse, para valores de
la presién altos, el limite eldstico del material fracturado
deja de aumentar, quedando limitado por un ultimo
pardmetro empirico SFMAX.

DANADO
0<D<«1

G =0"-Dfo;-0¢)

FRACTURADO (D=1.0)

G;=B()" (1+Clne")

T
-—'t
A\
\

< Ag
<
S5 /D=2 £
[y €
0no o]
<M
P
oW
=0
oy =5
oz
<3
Tg « _+D
= f 2
o5 £p=D1 (P +T)
wo
ow
q
T P =P/PugL

Fig. 1 Leyes del modelo de Johnson-Hollmquist

Asi pues, el modelo de Johnson-Hollmquist,
ampliamente utilizado para simular la rotura dindmica de

PRESION NORMALIZADA , P* =P /Pyg,

—

PRESION, P

materiales cerdmicos, requiere determinar § parametros
empiricos A, B, C, N, m, SFMAX, D; y Dy. La tabla 3
resume los valores de dichos pardmetros para alimina de
99,5% de pureza [13]
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Tabla 3: Valores de las constantes del modelo de
Johnson-Hollmquist para aliimina 99,5%

A= 0,88
Ne 0,64
C= 0,007
B= 0,28
m= 0,60
SFMAX= 1
Di= 0,01
D= 0,70

El modelo de Cortés et al [14] es también un modelo
elastoplastico con inclusion de un pardmetro de dafio M

dependiente del tiempo. La evolucién de este pardmetro
se supone gobernada por una ley del tipo:

1= Mlg(0 = 5o) para G > G

(12)

n=0 para G = Gy

donde el punto indica derivada respecto del tiempo, O es
la presién hidrostdtica, Ty es un pardmetro empirico y

G es la presion umbral para inicio de la fractura.

Ellimite eldstico del material dafiado se supone que sigue
una ley idéntica a la del modelo de Johnson-Hollmquist
(ec. 10)

t=(1-n)T; + M, (13)

donde T; es el limite eldstico para el material intacto y

T, el limite eldstico para el material fracturado.

El limite clastico tanto para material intacto como para
material fracturado se supone que es funcién de la presién
hidrostitica O a través de las ecuaciones de Drucker
Prager y Mohr-Coulomb respectivamente:

T, =a— bo 14

T, = lO as

El modelo de Cortés et al. se ha implementado en el
programa de elementos finitos AUTODYN y se ha

utilizado para simular el impacto de proyectiles de
energia cinética sobre blancos de ceramica/aluminio,
habiéndose comprobado un buen acuerdo con las
observaciones experimentales [14] (vedse figura 2)

as

o  RESULTADOS EXPERIMENTALES
wmmmmmes SIMULACION NUMERICA

30 +

25

POSICION , (mm)
>

0 10 20 30 40 50 60 70 80
TIEMPO , (us)

Fig. 2 Comparacién de los resultados experimentales
de den Reijer y las predicciones numéricas del modelo de
Cortés para impacto de un proyectil de 7,62 mm sobre
blanco de alumina/aluminio a 916 m/s

¢/ Modelos de nucleacién y crecimiento de grietas. En
este grupo de modelos se supone que en el material
ceramico existe un gran nimero de microfisuras que
crecen bajo la accién de las cargas dindmicas y terminan
por ocasionar la rotura de un elemento del material
cuando las fisuras coalescen.

Asi el modelo de Curran et al. [15] supone una funcién
de densidad de fisuras planas y circulares dada por la
expresion:

R
N =N, expi—— (16
0 xp{ Rl} )

donde N ecs el ndmero de fisuras por unidad de volumen
de radio mayor que R, N el nimero total de fisuras por

unidad de volumen y R; un pardmetro del modelo. La

densidad de fisuras se supone que crece con el tiempo
segtin una expresion del tipo

. (& —GC

NO = Nl EXp ~max -0 an
01

donde G, €s la tensién principal mayor para el

elemento considerado y Ny, O; y O constantes

empiricas.

Asimismo las microfisuras existentes crecen de tamafo
segiin una ley del tipo
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R =Ry (G — 0o JR (18)

donde R, y O, son dos pardmetros empiricos

go
adicionales del modelo, si bien Ggo puede estimarse

como

, T
Cpo =+/— K 19
go IR IC (19)

donde K¢ es latenacidad de fractura del material

d/ Modelos basados en Mecdnica de la Fractura

En el modelo de Rajendran y Grove [7], se define un
pardmetro de dafio Y como

v =N, a’ 0)

donde Ny es el mimero de microfisuras por unidad de

volumen y a el tamafio de la microfisura mayor. N se

supone constante en el modelo y se admite también que
las microfisuras inician su crecimiento cuando el estado
de tensiones cumple el criterio de Griffth gencralizado
[16]:

c,; +_‘—‘"“’°—(ze2 +G 2)2—7IBE———— @1
21+ V) Y 2a(1-v?)

para G, >0

2
(, [Gyy2 + 0y = 'c) > a(nl—liEV) 22)

para 0,, < 0

z es ¢l plano de la microfisura, E es el médulo elastico,
V el coeficiente de Poisson, a el tamafio de la
microfisura, R la energia por unidad de superficie
necesaria para propagar la fisura y T la tension debida al
rozamiento entre las caras de la fisura, dada por

T=Ty—HOC, 23)

donde T es la cohesidn y L el coeficiente de rozamiento
dindmico.

Una vez alcanzado el criterio de propagacién de las
microfisuras, éstas crecen de acuerdo con laley:

.,
4= n, Cp|1— (—g—-) o4
1

donde 2 es la velocidad de crecimiento de las fisuras, CR
la velocidad de las ondas Rayleigh, G; la tasa de
liberacién de energia y Ny y n, pardmetros empiricos
que se suponen distintos cuando la fisura estd sometida a
traccién (GZZ > O) que cuando estd sometida a

compresién (G, < O) .

Rajendran y Grove [7] han determinado los valores de las
constantes del modelo para Si C, B4 C y Ti By que
conducen a un mejor ajuste de los resultados del mismo
con los datos experimentales de los experimentos de
Kipp y Grady [17] de impacto de placas. La tabla 4
resume tales datos.

Tabla 4: Parametros del modelo de Rajendran y Grove

SiC  B4C  TiB,

Kic (MPz Vm) 4 2 7
n 0,1 0,1 0,1
No(m-3) 1.109 5109  1.107
ny 0,1 0,1 0,15
ag(m) 0,5 0,5 2,0
n* 1,0 1,0 1,0
ny" 1,0 1,0 1,0
nyt 1.0 1,0 1,0

Las figuras 3, 4 y 5 muestran el buen acuerdo logrado
entre ¢l modelo de Rajendran y Grove y los resultados
empiricos de Kipp y Grady [17], para las tres cerdmicas
ensayadas.
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Fig. 3 Comparacién de los resultados experimentales
de Kipp y Grady y las predicciones del modelo de
Rajendran y Grove para impacto de placas de carburo de
silicio a 2,1 Km/s
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Fig. 4 Comparacién de los resultados experimentales
de Kipp y Grady y las predicciones del modelo de
Rajendran y Grove para impacto de placas de diboruro de
titanio a 1,5 Km/s
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Fig. 5 Comparacién de los resultados experimentales
de Kipp y Grady y las predicciones del modelo de
Rajendran y Grove para impacto de placas de carburo de
boro a 2,21 Km/s

Finalmente, a medida que crecen las fisuras, el pardmetro
de dafio Y aumenta y se supone que el material estd
completamente fracturado cuando Y alcanza un valor
critico que se supone arbitrariamente igual a 0,75.

Una variante del modelo de Rajendran y Grove puede
considerarse el modelo de dafio anisdtropo propuesto
recientemente por Riou [18]. En este caso se supone
también que el dafio en el material proviene del
crecimiento de microfisuras existentes en el material. A
diferencia del modelo de Rajendran, se supone que las
fisuras solamente se propagan cuando la tensién normal a
su plano es de traccién y se hace ademds la hipdtesis de
velocidad de crecimiento constante.

Se supone que la propagacién de una microfisura tiene
lugar cuando la tensién principal G; normal a su plano
supera un valor critico G; que a su vez disminuye con
el dafio:

g = Og (1-d;) ©5)

donde G es la tensién de propagacién de fisuras inicial
y d; el pardmetro de dafio para el plano normal a la

tension principal (i=1,2,3). El pardmetro de dafio se
relaciona con el tamafio de las fisuras simplemente como

2
d; =N, %‘i 26)

donde Ng es el nimero de fisuras (supuestas circulares)
por unidad de superficie y a; ¢l diametro de las mismas.

Una vez superada la tensién umbral de propagacién G ,
las fisuras crecen a velocidad constante.

é’i = Vfis (27)

y el dafio acumulado en los tres planos principales se
convierte por la transformacidn cldsica del tensor de
tensiones a las direcciones de los ejes fijos.

Riou realizé numerosas pruebas de impacto de
proyectiles sobre placas de Si C, obteniendo un buen
acuerdo entre los resultados experimentales y la
simulacién numérica utilizando el modelo de dafio
anisétropo [18] (Vedse por ejemplo la figura 6)
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Fig. 6 Comparacion de los resultados experimentales y
las predicciones numéricas del modelo de Riou para
impacto de un proyectil de 12,7 mm sobre placa de
carburo de silicio a 152 m/s

4. ECUACIONES CONSTITUTIVAS PARA
CERAMICAS FRACTURADAS

El impacto de proyectiles en blancos cerdmicos ocasiona
la fragmentacién y pulverizacion del material cerdmico en
muy poco tiempo. En consccuencia, la penetracién del
proyectil en el blanco tiene lugar fundamentalmente en
un medio {ragmentado cuyas propiedades mecdnicas son
muy distintas de las del material intacto. Sin embargo,
los modelos de comportamiento existentes consideran al
material cerdmico fragmentado de una forma simplista.
Por lo general se supone que el material no puede
soportar tracciones y que bajo la accién de una presién
hidrostatica positiva, la resistencia a cortante es
proporcional a la presién (criterios de Mohr-Coulomb y
Drucker-Prager):

Y=a+Bp (28)

donde Y es la tensién equivalente de Von Mises, p la
presion hidrostiticay O y [3 constantes [7] (aunque por
lo antedicho ¢ se suele tomar igual a cero).

La ecuacién 28 conduce a valores de la resistencia a
cortante del material fragmentado muy elevados para
presiones altas, por lo que en ocasiones se limita con un
valor maximo [18]

Y = min (s;,ap) 29)

donde p es la presién hidrostdtica, Sy es el valor

maximo del limite eldstico del material fragmentado y a
una constante.

Finalmente, ¢l modelo de Johnson-Hollmquist supone
que para el material totalmente fragmentado (D=1), el
limite eldstico es una funcidén potencial de la presién y de
la velocidad de deformacién (ecuacién 11) con un valor
limite SFMAX. Asimismo las constantes clasticas de la

ecuacién de Mie-Gruneisen son menores para ¢l material
dafiado en la forma que muestra la figura 1.

5. CONCLUSIONES

En este articulo, hemos realizado una revisén de los
modelos de comportamiento dindmico de materiales
cerdmicos mds utilizados en la simulacién numérica del
impacto en blancos cerdmicos.

Ninguno de los modelos existentes es capaz de predecir
correctamente la respuesta dindmica de un material
ceramico frente a un estado de cargas triaxial cualquiera.
En particular, los modelos de rotura existentes suclen
adolecer del defecto de la instantaneidad. Suponen que
cuando se alcanza el criterio de rotura establecido, el
material se rompe subitamente, lo cual no sucede en la
realidad para muchos materiales cerdmicos, por lo que las
discrepancias entre las observaciones experimentales y las
simulaciones numéricas en cuanto a iniciacién de la
rotura y extension de la regidén fragmentada pueden ser
importantes. Por otro lado, modelos como el de Johson-
Hollmquist de acumulacién de dafio, aunque obvian el
inconveniente anterior, tienen la grave desventaja de
exigir un gran nimero de pardmetros empiricos por lo
que su capacidad predictiva es muy limitada.

Finalmente se observa una falta acusada de modelos de
comportamiento dinidmico de materiales cerdmicos
fragmentados, que por otro lado juegan un papel
predominante en la resistencia al impacto de blancos
cerdmicos.
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Resumen

Resumen En recientes estudios se ha desarrollado un elemento finito cohesivo tridimensional basado en una ley cohesiva
irreversible del tipo Smith-Ferrante. En el presente trabajo se aplica dicho modelo al estudio del crecimiento de grietas
por fatiga sobre probetas de tipo CT (“compact tension”). Utilizando una malla simplificada de elementos finitos, se han
implantado diferentes algoriimos de extrapolacién para evaluar Ia evolucion de la longitud de griela con el ndmero de
ciclos y se han comparado con el resultado analitico.

Abstract In recent studies a tridimensional cohesive finite element has been developed based on a Smith-Ferrante-type
irreversible cohesive law. In the present work this model has been applied to the study of the fatigue crack growth
in a Compact Tension specimen. Using a simplified finite element mesh, different extrapolation algorithms have been
implemented and used to evaluate the fatigue crack growth rate. This simulations have been compared with the analytical

result.

1 INTRODUCCION

En este articulo se propone una aproximacién a la predic-
cién de la vida a fatiga basada en el uso de leyes cohesi-
vas. Se parte del punto de vista que considera la fractura
como un fenémeno gradual, en la cual se considera que
la zona cohesiva en frente de punta de grieta ofrece la re-
sistencia a fractura. La fractura desde el punto de vista
macroscépico debe entrafiar cierta irreversibilidad en el
proceso, lo que requiere la formulacidn de leyes irreversi-
bles de tipo cohesivo como las propuestas por Needleman
[8] o Camacho y Ortiz [3]. La irreversibilidad asociada
a la descarga conduce a la acumulacién de dafio, aspecto
que es particularmente critico en simulaciones de creci-
miento de grieta por fatiga. En este articulo se presentaun
andlisis para evaluar el comportamiento numérico de dis-
tintos métodos que estiman la variacién de la longitud de
grieta con el nimero de ciclos. Estos métodos pretenden
ser una primera aproximacién a problemas de crecimien-
to por fatiga en presencia de zonas pldsticas grandes asi
como ctapas cercanas a la rotura definitiva,

2 UNA CLASE DE LEYES COHESIVAS
IRREVERSIBLES

La pérdida gradual de resistencia con aumento de separa-
cién entre las caras de la grieta tiene como resultado final
el crecimiento de la misma. La ley cohesiva determina la
energfa de separacién o energfa de fractura requerida para
la completa formacién de la superficie libre. En esta sec-
cién se formula una clase de ley cohesiva incldstica que
porporciona la base sobre la que se sustenta el modelo de
crecimiento por fatiga empleado.

Se considera un cuerpo en una configuracidn inicial By C
R3. El cuerpo realiza un movimiento descrito por una
transformacién x : Bo x [0,T] — R3, donde [0,T] es
el intervalo de tiempo considerado. Sea F el gradiente de
deformacién y P el tensor de tensiones de Piola-Kirchoff
{13]. El continuo estd dividido en dos partes BOi por una
superficie cohesiva Sp orientada segin su normal unita-
ria N. La potencia de las fuerzas de volumen pob y las
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fuerzas de contorno t es:
W= / pob - xdVp + / t-xdSe (1)
Z BE Z aBE

donde la suma es sobre las dos partes del cuerpo BE. De
igual forma la energia cinética del cuerpo se expresa por:

1o
K = Z/Bi 5Po IXI” dVo @)

La potencia debida a la deformacién, es decir, la parte de
la potencia aplicada al solido y que no es empleada en
aumentar su energia cinética es por tanto:

Wk = Y[ nb-p ke O
By

+

oBE

t-xdSe

Adicionalmente, el equilibrio de cantidad de movimiento
implica:

Vo P = po(X—D) en BF 4
PN =t sobre OBE (5)
P - N|| it =0  sobre S5 (©6)

donde V- representa la divergencia material sobre By y
N es la normal unitaria. Substituyendo (4) en (3), apli-
cando el teorema de la divergencia y haciendo uso de (5)
y (6) se obtiene la potencia de deformacidn:

PD:Z/BiP'FWMZ/S”t-HXH i) ()

Esta expresién generaliza la férmula de la potencia de
deformacidn {7] para cuerpos con superficies cohesivas.
Como en sélidos convencionales, en la primera integral
de (7), el primer tensor de tensiones de Piola-Kirchhoff
P opera en el gradiente de deformacién F sobre el volu-
men del cuerpo. En la segunda integral las tracciones tra-
bajan sobre los incrementos de los desplazamientos (“de
apertura” ) sobre la superficie cohesiva Sp.

& = [Ixli (®)

Las anteriores expresiones fijan la base para el desarrollo
de una teorfa general de cohesién en sélidos, en la que los
desplazamientos de apertura § son una medida de defor-
macién y las tracciones la medida de tensién conjugada.

Se consideran las leyes cohesivas que derivan de una
energia libre ¢ (8,6, q) de la forma:

_9¢

donde 6 es la temperatura local y g es cualquier conjunto
adecuado de variables internas que describen el proceso
ineldstico relacionado con la decohesién. La evolucién
de las variables internas de g se asume determinada por
un conjunto de ecuaciones cinéticas en la forma general:

q=1(,0,q (10)

Este estudio se restringe a procesos isotérmicos (indepen-
dientes de 8), de forma que la estructura potencial que
posee la ley cohesiva es una consecuencia directa de la
primera y segunda ley termodindmica [5],[6]. La ventaja
de éste método es que podemos reducir la identificacién
de la ley cohesiva desde las tres funciones independientes
t (d,60,q)aunadnicafunciéng (J, 6, q).

La formulacién de las leyes cohesivas en modo mixto si-
gue a Camachoy Ortiz [3] para definir un desplazamiento
de apertura efectiva §. Laley universal de Smith-Ferrante
y su aplicacidén sistemdtica segiin [1] proporcionan la si-
guiente expresion de la funcidn potencial:

b =eco. 0, [1— <1+6£) 6‘5/5“] (I

donde o, es la traccién cohesiva normal médxima y &, es
un desplazamiento de apertura caracteristico.

3 ELECCION DE MATERIAL Y PRO-
BETA CT

El material elegido para la simulacién del crecimiento por
fatiga es la aleacién Al-7075-T6 con caracteristicas:
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a) Modelo CT1 b) Modelo CT2
Numero de elementos 7625 Numero de elementos 830
624 ) Numero de nodos 6828
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Figura 1: Tipos de malla empleados para modelar probeta CT.

Tabla 1: Propiedades mecdnicas de Al-7075-T6

l Propiedad ] Valor |
Mdédulo Eldstico 72000 M Pa
Limite Eldstico 530 M Pa
Tensidn de rotura 593 M Pa
Tenacidad a la fractura 2490 A Pa /mm
Valor crit. energ. lib. en la fractura 86 M Pamm
Apertura critica 0.053 mm |

La probeta que se ha elegido para realizar la simulacién
es una CT ( “compact tension” ). De acuerdo con la nor-
ma ASTM E 647 [2] se eligen las dimensiones:

Tabla 2 : Dimensiones importantes de la probeta CT

t Dimension l Valor |
a 75 mm
w 150 mm
B 10mm

4 DESCRIPCION DE LOS MODELOS
GEOMETRICOS EMPLEADOS

Se ha modelado la probeta CT siguiendo dos filosofias
(Figura 1). El primer modelo (CT1) simula con todo de-
talle la geometrfa, incluyendo la forma de la entalla y los
puntos de aplicacién de la carga. En el segundo (CT2) se
recurre a una geometrfa mucho mds sencilla consiguien-
do un menor nimero de elementos.

En ambos modelos condiciones de contorno apropiadas
evitan problemas de convergencia asociados a modos de
s6lido rigido provocados por rétulas pldsticas espdreas.
En la Figura I se muestra con detalle la insercién de ele-
mentos cohesivos entre las caras de los elastopldasticos.

El modelo numérico empleado contiene dos tipos de ele-
mentos, el primero elastopldstico tridimensional mejora-
do (“enhanced”™) propuesto por Simo et al. [10], y el se-
gundo cohesivo tridimensional de comportamiento irre-
versible basado en la ley de Smith-Ferrante [1]

La carga exterior que actda sobre la probeta se aplica de
forma diferente en funcién del modelo. Para CT1 se apli-
ca en el nodo central de la malla de los bulones, resul-
tando una concentracién de tensiones local. En CT2 se
aplica una distribucién superficial tangencial equivalente
a la tensidn exterior.

Ambos modelos no utilizan simetrfa respecto al plano de
la fractura: introducir simetria por medio de desplaza-
mientos nulos sobre los elementos cohesivos prescribe
sus estados de dafio.

4.1 Evaluacién de los resultados para el caso
de carga estdtica

Atendiendo a los resultados que se obtienen de los dos
modelos bajo carga estdtica se concluye que es mds util
emplear el modelo CT2, con mejor relacién resultados
frente a tiempo de cdlculo: la distribucién de tensiones
verticales es muy parecida en valor y forma para los dos
casos, sin que en CT2 aparezcan de concentracidn de ten-
siones en los puntos de aplicacién de carga (Figura 2).
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Figura 2: Distribucién de esfuerzos en la direccién 3 mostrando la zona pldstica de las probetas CT.

5 CRECIMIENTO DE GRIETA POR FA-
TIGA

5.1 Calculo analitico vida a fatiga

En primer lugar se presentan las férmulas analiticas {2]
[4] para evaluar la vida a fatiga de la probeta CT. Consi-
derando la expresién del factor de intensificacidn de ten-
siones que proporciona la norma [2] podemos evaluar el
incremento de dicha magnitud en un ciclo, segtin:

AK = AP 24¢ ()

o N £>02 (12)

donde: p(€) = 0.886 + 4.64 £ — 13.32&% + 14.72 6% —
5661 y&=ajw.
Introduciendo estos valores en un ecuacién de velocidad

de crecimiento (Forman) podemos evaluar la vida de la
probeta como:

3
N = P(§) dE (13)
£i

donde £y es la minima longitud de grieta que cumple
K(&f) > K. donde K. es la tenacidad a fractura.

5.2 Extrapolacién numérica del dafio a fatiga

En un estudio de crecimiento de grieta por fatiga es habi-
tual la presencia de cientos de miles de ciclos, por tanto se
introduce en la formulacién del elemento finito cohesivo

algoritmos de extrapolacién de dafio que permitan la eva-
luacidn de éste para un ndmero significativo de ciclos en
cada paso computacional. Los métodos aqui propuestos
se basan en variaciones del desarrolo en serie de Taylor
para la funcién de daflo, que en el instante n + 1 se puede
evaluar como:

d
Oyl = On + (E}%) AN, (14)

donde la evaluacién de la d¢/dN en el instante n es ob-
jeto de esta seccidn, y para todos los casos AN, 1 se
calcula segtin:

AIVH_H — d)coh - ¢0 (15)

B
dN
n

que es el incremento de ciclos necesarios para que los
puntos de dafio ¢ en el instante n alcancen un dafio ¢eep,
suficiente para pertenecer al frente de grieta . Este valor
suele fijarse a efectos précticos en el 80% del valor critico
de la energia liberada en la fractura G, demostrando los
célculos actuales que la eleccién arbitraria de este valor
no afecta fundamentalmente a los resultados finales.

En las siguientes subsecciones se presentan los modelos
que calculan el incremento de la funcién de dafio con el
nimero de ciclos d¢/dN . Estos modelos se implantaran
en el programa de elementos finitos FEAP. [11]

5.3 Modelo lineal

En este modelo la derivada de la funcién de dafio, expre-
sada como traccién efectiva d¢/d§ cambia de variable al
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objetivo d¢p/dN mediante el incremento de 6 y IV entre
los instantes n y i — 1. El salto AN, se fija a un valor
constante relacionado con un incremento de ciclos carac-
terfstico, siendo lo suficientemente pequefio para evitar
problemas de no convergencia numérica.

dp _d¢ On—6n
aN = 38 M. =N 1o

5.4 Modelos de velocidad de crecimiento
exponencial

Se ha realizado otra aproximacién de d¢/dN teniendo en
cuenta que la funcién de dafio realmente depende de la
apertura, que se puede relacionar con el ndmero de ciclos
mediante:

, 3
b _ ()’ = do -
dN dé Eo,dN

esta férmula se basa en las aproximaciones

5 K? o’ wa

Eo, o, F

(18)

De esta forma se pucde relacionar el objetivo d¢/dN y
las conocidas expresiones para el crecimiento de grietas
por fatiga: ecuaciones de Paris, Walker y Forman:

Tabla 3 : Ecuaciones de velocidad de crecimiento expo-
nencial

— o
Ecuacién | dN
Paris CAK™
Walker (1= R (=5T%1
Forman - K. <ARK

5.5 Modelo geométrico de apertura

Segiin Suresh [9] la velocidad de crecimiento de grieta
por fatiga en la zona lineal de la ecuacién de Paris es pro-
porcional al incremento de la apertura del frente de grieta.
La base fisica de este modelo es la relacién geométrica
entre el espaciado de las estriaciones (marcas de playa) y
el proceso de achatamiento en punta de grieta (“crack tip
blunting”). La variacién del dafio con el nimero de ciclos
se expresa seguin:

6 _ (dc‘»)?’ ™ (Ad) 19

dN ~\dé) Eo,

Las caracteristicas de este modelo permiten incluirlo de
una forma natural en la teorfa cohesiva ya que a diferen-
cia de los anteriores d¢p/dN no depende directamente del
valor del incremento de concentracidn de tensiones AIY,
que en todo caso en los modelos cohesivos no hay que
calcular.

88 T T T T T

At M., Lineal
o——o& M. Exponencial (Forman)
861 | wemmmemx M. Apertura

M. Teorico

Longitud de grista

: : s t
4 500 1050 1500 2000 2500 3000
Numero da cicias

Figura 3 : Evolucién de la longitud de grieta con el nlime-
rode ciclos. Pardmetros de la simulacion pyne, = 5600N
yR=0.15

5.6 Analisis de los resultados

En la Figura 3 se presentan los resultados obtenidos en
la extrapolacién para el criterio analitico y los numéricos
(elementos finitos) anteriores.

En primer lugar el resultado analitico, con el que se van a
comparar los demds, aparece lineal ya que se dibujan sé-
lo los 3000 primeros ciclos. Las tres curvas de resultados
numéricos comienzan en el mismo punto ya que el inicio
de la simulacidn se hace de la misma forma.

Se observa que el método de apertura es el que menos se
ajusta al analitico en este rango de ciclos. El método ex-
ponencial basado en la expresién de Forman [4] presenta
un mejor ajuste aunque es el mds inestable numéricamen-
te sobre todo cuando la simulacién es hasta la rotura, de-
bido a la singularidad que la ecuacién de Forman presenta
en puntos cercanos a la fractura.

El método numérico que mds se aproxima al analitico es
el lineal. Aunque pudiera parecer que métodos mads so-
fisticados debieran ajustarse mejor al analitico, un factor
adicional es que en este método AN, 4, se fija a un valor
constante, lo suficientemente pequeflo para que no pro-
porcione problemas numéricos. Nétese que los diferentes
métodos utilizan diferente niimero de pasos.
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El objetivo a medio plazo de esta linea de investigacién
es, basdndose en el estudio de la fisica cohesiva del pro-
blema, obtener valores de AN, variables y Gptimos
para simular correctamente la curva de crecimiento en ca-
da momento.

6 CONCLUSIONES

Los métodos presentados pretenden simular la parte cen-
tral del crecimiento de grieta por fatiga en una probeta
CT. El objetivo futuro es calibrar un nuevo método nu-
mérico basado en los elemento finitos a emplear en la
simulacién de situaciones mds complicadas [12]

Las pruebas realizadas muestran que los métodos basados
en la velocidad de crecimiento exponencial se muestran
mds inestables que el basado en la apertura: los prime-
ros, por ejemplo el de Forman, presentan una singulari-
dad cuando la longitud de grieta se aproxima a la critica,
por lo que son particularmente sensibles a divergencias
numéricas. Se estd estudiando la forma de determinar
un incremento variable de ciclos en el modelo lineal con
cierto significado fisico que se comporte correctamente
para todas las zonas de la vida de la probeta.

Como segundo método factible, el basado en la apertura
efectiva es el que mejor se ajusta y converge al resultado
esperado en la zona proxima a larotura, por lo que se estd
desarrollando otro modelo basado en la apertura efectiva
que ajuste mejor a la curva de crecimiento de grieta.
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DISIPACION EN LA PROPAGACION DINAMICA DE LA FRACTURA
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Resumen. La dindmica de grietas en materiales fragiles ha atraido recientemente un gran interés.
En particular se han investigado las intestabilidades que aparecen en la punta de la grieta al au-
mentar las fuerzas externas. Se ha observado que, por encima de una velocidad de propagacién
determinada, la grieta se ramifica. En este trabajo se muestra, mediante simulaciones numéricas
v razonamientos cualitativos, que una grieta recta se inestabiliza por encima de una velocidad
de propagacién que depende de las fuerzas viscosas no locales. En ausencia de disipacién, esta
velocidad es muy pequena, en comparacién con la velocidad del sonido. Nuestros resultados sug-
ieren que la mayoria de los experimentos se llevan a cabo en un régimen de sobreatenuacién, en
el que la disipacién ocurre en una zona muy préxima a la punta de la grieta. Como consecuencia
del reducido tamano de esta zona se pueden producir calentamientos apreciables que han sido
observados experimentalmente.

Abstract. There is a growing interest in the study of the dynamics of cracks under applied
strains in brittle materials. In particular in the instabilities that appear at the crack tip when the
external driving forces are increased, and, above a threshold velocity, the crack splits into two. In
this work we show, by means of numerical simulations and qualitative arguments, that straight
cracks become unstable at a velocity which depends on non-local viscous forces. In the absence of
dissipation, this velocity is negligible, as compared with the velocity of sound. Our results suggest
that most experiments are done in the over-damped regime, where dissipation takes placé close to
the crack tip. As a consequence of the reduced size of this region, there can be heating effects that
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liave been observed experimentally.

1 INTRODUCTION

The dynamics of cracks in brittle materials have re-
cently attracted a great deal of interest (see [1]). Par-
ticular attention has been devoted to the study of
crack tip instabilities. These instabilities appear when
the driving forces which make the crack grow are
increased(2, 3]. Typically, the crack tip reaches a criti-
cal velocity beyond which branching or oscillation ap-
pear. Interesting patterns were also observed under an
applied thermal gradient[4].

The first study of instabilities in dynamic cracks can
be found in[3]. It was shown that a straight crack is
intrinsically unstable at a velocity which is a fraction
of the sound velocity (although the Rayleigh velocity is
more commonly used). The analysis reported in[5] as-
sumed that a crack was moving at a constant velocity,
and the stresses around the tip were calculated analyti-
cally. Beyond a certain velocity, the maximum stresses
are at a finite angle with respect to the direction of the
tip. An instability was assumed to take place. This
seminal work obtained a close analytical solution for
the stresses around a moving crack assuming that the

dynamics of the medium are purely inertial, with no
damping.

In real systems, sound waves are attenuated. Viscos-
ity can be added to the standard theory of elasticity
in a standard way[6]. Sound waves acquire a damp-
ing which increases with the square of the frequency.
Thus, there is a frequency, or wave-vector, at which
the damping of a wave becomes comparable to its fre-
quency. Beyond this scale, the analysis reported in[5]
needs to be modified. Results in PMMA[7] suggest that
sound waves of frequencies ~ 500 kHz are damped at
scales of order of 0.1 —1 cm. The wavelength of modes
in the kHz range are also of order of centimeters, so
that this is the scale below which damping processes
are expected to dominate over inertial dynamics. The
diameter of the crack tip is much smaller. Hence, the
tip instabilities should be strongly influenced by the
viscosity of the material.

2 SIMULATIONS

In order to analyze the role of the viscosity we have
discretized the continuum equations of elasticity by us-
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ing a triangular two dimensional grid, following previ-
ous work on pattern formation in fracture in brittle
materials[8, 9, 10] (we are modeling experiments on
thin slabs). The equations of motion which describe
the dynamics of the nodes combine inertial and vis-
cous terms. The friction forces are assumed to depend
only on the relative velocities of neighboring nodes,
preserving translational invariance[6]. The equations
of motion to be integrated are:

ot?

= Y kfly e [y @y = Gp)] +
l'ljl

- . Oy
Znnij,i’j’ 1:nij.i’j' (—B—ti - )(}1)
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where the sums in the second term are over the near-
est neighbor nodes, (i'j'), to node (4,j) and f;j
is the unit vector from node (i,j) to node (¢,j').
All nodes lie in a triangular lattice. The fracture
process is described by deleting the forces between
two nearest neighbor nodes when the relative strain,
fij g (A (Ui — Tirjr)], exceeds a threshold, wp.
This process is irreversible, and the coupling remains
zero at all latter times. In previous work[8], we have
analyzed the propagation of cracks where the fracture
proceeded stochastically. Different bonds at the sur-
face of the crack had a failure probability which was
a function of the local strain. In between failure pro-
cesses, the strains relaxed fully to equilibrium. The
model used here is deterministic, and the system is al-
wayvs out of equilibrium. In terms of the macroscopic
parameters of the material we have that:

aﬁi’j’
ot
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where p is the density of the slab, d its thickness, u the
macroscopic viscosity, c¢r is the velocity of transver-
sal sound waves, and a is the lattice parameter of the
discrete model. Qualitatively, each node represents a
region in the material small with respect to the scales
relevant to the experimental situation. We take this
scale to be of the order of the crack tip radius, that is,
no smaller than a few microns.” This argument fixes a
ineq. (2).

We assume that the elastic energy dissipated by the
moving crack goes into heat, which raise the tempera-
ture of the material. We analyze later the temperature
changes to be expected. The role of thermal noise, and
the changes induced by heating processes and tempera-
ture gradients on the growth process will be addressed
in a future publication.

As mentioned above, dissipation in PMMA sets in at
scales of order of centimeters. The dynamics at scales
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Figure 1: Behavior of inertial cracks when the external
strain, ug, is varied. (a) up=0.024. (b) up=0.020. (c)
ug=0.028. And also their velocity (in units of c¢r) as
function of position of the advancing crack tip. (d)
1p=0.024. (e) ug=0.026. (f) up=0.028. The threshold
for breaking is usy = 0.1.

comparable to that of the nodes in our discretization
is strongly over-damped. Our phenomenological damp-
ing term, 7, should suffice to account for the dissipative
processes in PAINA. The scheme used here is interme-
diate between a full scale atomic simulation[11], and
more phenomenological models[12], where dissipation
takes place within the units used in the discretization.

Simulations have been performed in rectangular
samples with the y orientation along one of the axis
of the triangular lattice. The lattices shown in the
figures are 50 nodes wide and 275 nodes long. Fixed
strains, below up, are applied at the vertical edges.
Then, bonds near the lower horizontal edge are bro-
ken at a fixed rate, so that the velocity of the crack
is well below ¢r. Once the crack is sufficiently long,
strains near its tip begin to exceed w4, and the crack
continues growing by itself.

In the absence of damping, straight cracks become
unstable on short time scales (of the order of the max-
imum phonon frequency in the model). Typical results
for cracks growing in a narrow slab under an applied
strain at the edges are shown in figure 1 (a)-(c). In
addition, the crack tips tend to accelerate, which en-
hances the tendency towards an instability. The ve-
locity of the upper-most part of the crack pattern is
depicted in fig. 1 (d)-(f). It shows an initial accel-
eration, and a very irregular behavior once the crack
develops branches and oscillations.

The initial acceleration can be understood by noting
that the stresses around a crack tend to grow with its
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Figure 2: Behavior of dissipative cracks when the exter-
nal strain. ug, is varied. (a) vg=0.028. (b) uu=0.030.
(c) up=0.032. And also their velocity (in units of ¢7)
as function of position of the advancing crack tip. (d)
up=0.028. (e) up=0.030. (f) up=0.032. The threshold
for breaking is w;p = 0.1, and k = 7.

length. The only two scales are the length of the crack,
l. and the radius of the tip, a. Using elasticity theory,
we find that the stresses at distance r from the tip
must scale as \/I/rf(a/r,a/l). When a/l - 0, the
stresses must grow as v/[. This growth is arrested when
[ becomes comparable to the width of the system.

Our numerical results confirm this tendency towards
acceleration and subsequent instability. Note that the
inertial solution found in[3] assumes the existence of a
crack of constant length moving at constant velocity.
The change in the length of the crack, which defini-
tively takes place in experiments, prevents a direct ap-
plication of the results in[3] to many situations of prac-
tical interest.

We find that straight cracks are stable, and move
at constant velocity, only in the presence of dissipa-
tion. As the driving force is increased, we observe a
branching instability. Typical results are shown in fig.
2 (a)-(c). A series of instabilities are observed, as the
strains applied at the boundaries are increased. The
velocity of the crack tip, for the same applied strains,
is shown in fig. 2 (d)-(f).

3 ANALYSIS OF INSTABILITIES

In the presence of dissipation, an analytical solution,
of the type presented in[5], cannot be found. We can,
however, outline the main features of the stresses near
a crack moving at constant speed. The stress field de-

seribed in[5] can be derived from an appropriate dis-
tribution of forces applied at the crack edges, in such
a way as to satisfy the boundary conditions. Let us
assume that, as a first approximation, these forces do
not change in the presence of dissipation. They have
the general form f(F — Vt). The stresses at an arbi-
trary point of the plane can be obtained by means
of the Green function, G;(F — ¥',t — '), with Fourier
transform G (l_{,w). In the absence of dissipation, the
frequency w appears only in combinations of the type
w? —Cr}i,rlﬁlz, where ¢, denote the velocity of longitu-
dinal and transverse sound waves. Dissipation changes
these expressions into w? — ¢} r|k[* — ipw|K2. The
Fourier transform of the applied forces can be writ-
ten as f(lz,w = {;1}') Hence, the denominators in the
k[,
At low values of |12|, the influence of the viscosity is neg-
ligible. The long distance behavior is well described
by the solution in[5]. For |k| > |¥|/u, on the other
hand, the viscous term dominates. This term is less
anisotropic than the inertial term, as it contains one
power of VK, instead of two. Hence, we expect the
tendency towards instabilities to be reduced.

The previous analysis is supported by the numer-
ical results. In the presence of dissipation, straight
cracks are stable below a critical applied strain. The
velocity is almost constant. Simultaneously with the
instability of the straight cracks, the velocity shows a
sudden jump, as shown in fig.(3). This discontinuity
in the velocity seems to be in agreement with recent
experiments[13].

Green’s functions become (Vk)? — ¢} rlk|* —iuvk

4 DISSIPATION AND HEAT

Our results suggest that viscous forces are dominant
in crack propagation. Near the crack tip typical de-
viations of the nodes from equilibrium are or order a.
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Typical velocities are of order ku;p /1, where uy, is the
threshold at which a bond breaks. The energy dissi-
pated per node and per unit time is ~ k*u3, /n. In
terms of macroscopic quantities, the energy generated
per unit time and unit volume is ~ p?cta®c2/(uE?),
where c is some average of the longitudinal and trans-
verse sound velocities, E is the Young’s modulus and
0. is the macroscopic elastic limit. This dissipation
generates thermal gradients. They will be determined
by the condition:

-B—I:ZNVQT—i——l——Q—E‘:O
ot

pce Ot ®)

where x is the thermal diffusion coefficient, and ¢, is the
specific heat. Assuming that most of the dissipation
takes place at distances from the crack tip comparable
to its radius, we find that the temperature increase at
the tip can be written as: ATy, ~ cla'o?/(kuc.E?)
This expression is highly sensitive to the choice of @, the
tip radius. Hence, it is difficult to make accurate esti-
mates of the expected heating. Experimentally, signif-
icant increases in temperature near the crack tip have
been reported[14]. Energy dissipation has also been
observed in[3], where it is argued that most of the en-
ergy is spent in increasing the crack surface. However,
even for slow, straight cracks, a significant rise in en-
ergy dissipation as function of velocity is reported. In
our simulations the elastic energy lost when one spring
is cut would go into surface energy, whereas the viscous
dissipation would go into heat.

5 CONCLUSIONS

In conclusion, we find that dissipation plays a crucial
role in stabilizing straight cracks in brittle materials
under stress. For the particular case of PANMA, the dy-
nawmics at scales of the order of the crack tip are highly
over-damped. Significant heating effects are to be ex-
pected. It would be interesting to study the dynamics
of cracks in materials which are in the under-damped
regime.
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DE GRIETAS EN FATIGA CON CARGAS ALEATORIAS.
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Resumen. El presente trabajo analiza el comportamicnto del modelo de simulacion de crecimiento de
grieta propuesto por Newman, e implementado en el programa FASTRAN II. Se analiza la capacidad del
modelo para predecir las vidas de crecimiento de grieta con cargas de amplitud variable. Se estudia el
efecto de la utilizacion de factores de constriccion para considerar distintos estados de tension. Las
comparaciones se realizan con vidas obtenidas experimentalimente para tres anchas de banda diferentes, y
para la aleacion de aluminio 2024-T351. Se encuentra una fuerte influencia del factor de constriccion
sobre las vidas de crecimiento en las simulaciones, tanto en las vidas medias como en las dispersiones, asi
como una fuerte correlacidn entre las vidas y el valor del pico mdximo del registro de carga. La vida
media aumenta con el ancho de banda para los mismos niveles de carga.

Abstract. In this paper the behaviour of crack growth model proposed by Newman and implemented in
the FASTRAN 1I computer program is analyzed. Capability of tlic model to predict crack growth life
under variable amplitude loads is considered. The effect of the constraint factors used to consider the
stress condition is analyzed. The results of the simulations are compared with the experimental lives
obtained for 2024-T351 aluminium alloy. The simulated lives present, a strong influence of the constrain
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factor. The mean life increase with the broadband of the spectruim.

1. INTRODUCCION

Muchos componentes y sistemas mecdnicos estdn
sometidos a cargas complejas de amplitud variable
durante su vida en servicio. Una de las consideraciones
importantes en el disefio de tales componentes, es la
vida esperada de fatiga. El fallo de componentes criticos
puede producir daific a otros componentes y pérdidas de
sistemas completos. Una forma de prevenir estas
situaciones es mediante inspecciones periodicas, cuyos
periodos de inspeccion son funcion de la velocidad de
crecimicnto de grieta.

La determinacién de la vida de fatiga de un elemento
sometido a cargas de amplitud variable, necesita obtener
lustorias de carga representativas de las variaciones de
carga soportadas en servicio por el elemento. Lo
anterior, implica definir un registro de cargas de una
longitud finita representativo del proceso completo, y
repetirlo hasta el fallo. El ntimero de repeticiones hasta
el fallo final permitird estimar la vida del elemento. La
eleccion de esta historia representativa no es tarea facil
[1], pudiendo influir grandemente en las estimaciones
de vida.

La vida s¢ puede determinar por medio de ensayos o
mediante métodos de simulacién, en ambos casos,
definidas varias historias, es posible definir como mds
representativa aquella que obtenga la vida mds corta, y
asi poder determinar la fiabilidad y el error de las
estimaciones|2]. Las determinaciones experimentales,
son caras y conllevan un gran consumo de tiempo,
siendo las  estimaciones mediante  simulacién
ampliamente utilizadas. Estas permiten simular el
comportamiento de una gricta bajo cargas de anmplitud
variable, manteniendo el efecto de secuencia [3-5], y
analizar la variabilidad en la vida producida por los
cambios en la historia de cargas. La mayoria de éstos
modelos han sido contrastados mediante ensayos con
cargas de amplitud constante, asi como en algunos
casos, con cargas de amplitud variable [6-8]. Para este
tipo de cargas, se pueden producir errores apreciables,
tanto en las determinaciones de vida como en las
estimaciones de la variabilidad de la misma, estos
errores son funcion del registro y de las variables del
modelo utilizadas.
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En este trabajo, se analiza el comportamiento del
modelo de simulacion basado en la MFEL propuesto
por Newman [5], e implementado en el programa de
ordenador FASTRAN 11 [9], estudiandose la capacidad
del modelo para predecir crecimientos de grieta
(variabilidad y vida media) con cargas de amplitud
variable. Se estudia la influencia del factor de
constriccion elegido para considerar el estado de
tensiones (tension o deformacion plana), asi como el
efecto de la longitud de la historia finita de cargas y de
las sobrecargas dentro de cada historia. Las
estimaciones que el modelo predice son comparadas con
los resultados de ensayos con tres procesos de distinto
ancho de banda. Se han generado entre veinte y treinta
historias de carga de amplitud variable para cada uno de
los tres anchos de banda estudiados. Para cada registro,
se han obtenido experimentalmente los ciclos de carga
necesarios para crecer una grieta desde una longitud a,
hasta otra a; definidas previamente. Los resultados
experimentales son comparados con las estimaciones
del modelo para las mismas historias de carga.

2. ENSAYOS Y SIMULACION

Los ensayos y las estimaciones sc realizan sobre la
aleacién de aluminio 2024-T351, la probeta utilizada es
del tipo “Compact Tension” (CT) con un ancho de 50
mm y un espesor de 12 mm, todas las probetas fucron
obtenidas de una misma plancha. Para el ajuste de las
curvas de crecimiento sc utilizaron los datos obtenidos
por Lapetra [10] con probetas idénticas a las anteriores,
sacadas también de la chapa anterior. Estos cnsayos se
realizaron con R=0.2 (P,;,= 882 Ny P~ 4410 N) y
longitudes de grieta: a, = 17.5mm y a~25.5 mm. La
ecuacion de crecimiento usada es la propuesta por
Newman mostrada a continuacion:

da =C AKC2 AAL’_[]

v e 2
dN ] - Kmax
s

(D

con

AKej]‘: Kma.r - Kop (2)
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Ak’o=(73(1'(74 So ) 3)
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Donde 4K, es el rango del factor de intensidad de
tensiones umbral, K,, es el factor de intensidad de
tensiones de apertura de grieta, y (7; a (s son parametros
del modelo.

Los valores de los pardmetros obtenidos asi como el
método de ajuste utilizado, se encuentran con mas
detalle en la referencia {11].

Para los ensayos con cargas de amplitud variable se
utilizaron tres procesos de distinto ancho de banda,
caracterizado cada uno por el factor de irregularidad ¢,
definido como la relacion entre la frecuencia de cruces
con pendiente positiva y la frecuencia de picos. El valor
de & varia entre 0 y 1, siendo la banda mds estrecha a
mediada que ¢ tiende a 1. Los anchos de banda
utilizados para éste estudio han sido £=0.85, 6= 0.77 y
g = 0.64, variando desde una banda relativamente
estrecha (¢ = 0.85) hasta una banda ancha (¢ = 0.64).
Cada historia fue obtenida numéricamente de un
proceso estacionario, con una densidad espectral S(w)
de tipo bimodal [11]. Las tres funciones de densidad
espectral se han seleccionado de manecra que todas
tengan la misma varianza.

30BEXS ¢
2 2.5E+H05
2
(8]
o 20EH05
=
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Fig.1. Vidas obtenidas en los ensayos experimentales
para los tres anchos de banda.

El nlunero de ciclos de los registros fue, de 5000 para el
ancho de banda = 0.77 y de 25000 para los otros dos.
Se generaron 30 historias para el ancho de banda ¢ =
0.77, y 20 para cada uno de los otros procesos. Con cada
una de estas historias se ensayé una probeta,
determinando la vida del ensayo como el nimero de
ciclos que tarda en crecer la grieta, entre una longitud
ap=15mmy a;=25.3 mm. El segnimiento de la gricta
se ha realizado mediante un sistema de caida de
potencial de corriente alterna (ACPD).

Todos los ensayos se han realizado con una carga media
de 4850 N, y una desviacion estindar de 1085 N. En la
figura 1 se muestran las vidas obtenidas en los ensayos
para los distintos anchos de banda. Como se ve los
resultados presentan una gran dispersion, siendo ésta
funcién del ancho de banda del proceso. Esta dispersion
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es fundamentalmente funcién de la carga. En un trabajo
anterior se determiné la dispersion debida al material y
al entorno (inaquina de ensayo, temperatura, tolerancia
de probetas, etc.), encontrindose que la dispersion
debida a las cargas es mucho mais alta que la debida al
resto de variables [2].

Las simulaciones se han realizado con el modelo
propuesto por Newman. Este modelo determina la
velocidad de crecimiento de grieta segin la ecuacién
(1). Para la aplicacion de esta ecuacion es necesario
conocer los valores de la tensidn de cierre, y a partir de
ellos determinar los valores efectivos del factor de
intensidad de tensiones. Estos valores de la tensién de
cierre, son estimados por el modelo en funcidon del
estado de tensiones tridimensional (tension o
deformacion plana). Cada uno de estos estados estd
caracterizado por un factor de constriccion (o), que
varia entre | para tension plana y 3 para deformacién
plana. El modelo permite considerar estados de tensién
diferentes en la carga y en la descarga, utilizando otro
factor de constriccidn (f3) para la descarga.

Para ajustar estos pardmetros en el modelo, s¢ han
utilizado los datos de amplitud constante y las cargas de
ancho de banda ¢= 0.77, se ha utilizado este ancho de
banda por ser intermedio entre los tres utilizados. Para
la eleccién de los pardmetros « y g, se ha considerado
como fundamental la aproximacion a las dispersiones de
los ensayos. Con los datos de amplitud constaute se
encuentra que con a=/.5 y fB=/ se consigucn los
mejores resultados. Con estos pardmetros se encuentra
también, que con las cargas de ancho de banda £=0.77,
la dispersion estd muy proxima a la obtenida en los
ensayos con cstas mismas cargas. El efecto de los
factores de constriccion sobre las ecstimaciones de
crecimiento de grieta en el modelo de Newman, es muy
acusado, siendo por tanto de gran importancia la
eleccion correcta de estos parametros.

3. ANALISIS DE RESULTADOS.

Para estudiar Ia bondad del modelo en la estimacion del
proceso de crecimiento de grieta, se han simulado con
las mismas cargas todos los casos ensayados, con
distintos factores de constriccion 'y f. Se han utilizado
valores de « desde 1.2 hasta 2.3, es decir desde estados
préximos a tension plana hasta proximos a deformacion
plana. Del factor £ se han usado valores entre 1 y 1.5.
La influencia de la eleccion de estos parametros en las
determinaciones de la vida de crecimiento se estudian a
continuacion.

Efeclo de los pardmetros del modelo de simulacion.

La tabla 1 muestra los valores de vida media (py) y
dispersion (o) obtenidas tanto de los resultados de

ensayos como de las simulaciones realizadas con
distintos valores de los pardmetros alfa y beta, para las
30 historias de carga con ancho de banda 0.77.

Tablal. Vidas medias (p) y desviaciones tipicas (o)
obtenidas por simulacién para las cargas de ancho de
banda e=0.77

Parimetros del Vida media Desviacion
modelo " estindar
p « -
1.2 116508 24466
1.3 107254 22993
1.5 91644 15459
1 1.7 83202 6107
1.9 82521 3751
2.1 84017 2538
2.3 88400 1568
1.3 1.5 145332 41231
1.7 117253 29540
1.4 1.5 175518 50599
1.5 1.7 166864 51743
1.9 128012 35600
Ensayos 169969 15272

Como puede observarse de la tabla 1, para un valor
constante del pardmetro f, tanto la vida media ()
como la dispersion (oy) disminuyen a medida que
auntenta el wvalor del parametro o Aunque las
estimaciones de vida se ajustan mejor a los resultados
experimentales para valores bajos de o, los valores de
dispersion resultan muy superiores a los reales, siendo
las vidas medias cstimadas siempre inferiores a las
ensayadas. Asi, para f=I, la vida media varia de
116508 ciclos para a=1.2 a 88400 ciclos para a=2.3, a
cambio la desviacion tipica se reduce desde 24466
ciclos (a@=1.2) hasta los 1568 ciclos (a=2.3). En la
figura 2 se muestran algunos de estos resultados.

La dispersion obtenida para =/ y a=1.5 es la que
mejor se ajusta a los resultados experimentales, al
mismo tiempo dicho valor de o coincide con el que
produce mejor ajuste entre la ley de crecimiento y los
valores obtenidos en los ensayos con carga de amplitud
constante, produciendo la mejor estimacion tanto de
vida media como de dispersion. Adoptindose este
como el més apropiado para representar las dimensiones
de la probeta y el nivel de cargas. Puede concluirse que
el modelo es vdlido para estimar con mucha
aproximacion la variabilidad de la vida.
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Fig 2. Comparacion de las simulaciones y los resultados
de los ensayos para &=0.77y f=1

De la figura 2 se puede observar, que las simulaciones
del modelo de Newman (para S=1I) reproducen las
variabilidades encontradas en los ensayos, aunque los
valores de vida obtenidos son siempre inferiores a los
reales. Sin embargo a medida que o aumenta, las
diferencias entre una u otra simulacién sc hacen
practicamente imperceptibles. Valores mds altos del
parimetro [ aumenta las vidas miedias, ver figura 3, sin
embargo el efecto de dispersion se hace mucho mas
acusado.

350 —&— Ensayos
0 A @=L f=13
< 300 }
6 —B—a=17 f=1
g 250 |
2 200 r }i ;
= 150 Daed -~B°5’6- & aﬁ _
S : gc( A% \Ax A
= 100
o

50 4 ! J I !

1 6. 11 16 21 26

Numero del Ensayo

Fig.3. Comparacién de las simulaciones y los resultados
de los ensayos para e=0.77y B =13y 1

De los datos de la tabla 1 puede verse como para f=1.3
y a=1.5, la dispersion aumenta del orden de 2.6 veces
comparada con el valor de fB=/. Este andlisis de
resultados sugiere que mientras valores altos del
pardametro S pueden arrojar mejores resultados sobre el
valor de vida estimada el grado de aproximacién sobre

la variabilidad de dicha vida disminuye resultando
valores excesivamente altos sobre la dispersion de los
mismos. Habria que tener en cuenta ademas, que en los
ensayos existen mds factores que pueden influir en la
dispersién de los resultados (material, maquina,
preparacion de probeta, tolerancias, temperatura,
equipos de medida, etc.), dando sin embargo
desviaciones tipicas inferiores a las estimadas por el
modelo ciclo a ciclo.

Los wvalores obtenidos por simulaciéon con las 20
historias de carga correspondientes al proceso aleatorio
de banda mds ancha (£=0.64) conducen a idénticas
conclusiones. Los resultados de la tabla 2 muestran
como valores pequefios de o conducen a mejores
estimaciones de vida, con dispersiones muy alejadas de
los valores experimentales, y como el valor de a=1.5
corresponde al mejor ajuste en relacién a la variabilidad
de la vida o dispersion pero con estimaciones muy
conservadoras sobre la vida media.

Tabla 2. Valores de ensayos y de simulaciones par el
ancho de banda £=0.64.

Pardametros del Desviacion
Modelo Vida media estandar
ON
B o B
[.2 166336 20482
I [.5 148701 16872
1.7 135113 6584
Ensayos 277165 13379

La tabla 3 muestra los valores de vida media (1) y
dispersion (o) obtenidas tanto de los resultados de
cnsayos como de las simulaciones con fg=1y a=1.5
para los tres procesos aleatorios, anchos de banda
e=0.85, &=0.77 y £=0.64. Como conclusiones generales
puede verse que tanto los valores de ensayo como los
obtenidos numéricamente muestran grandes variaciones
de la vida media con el ancho de banda aumentando a
medida que aumenta éste. Sin embargo las dispersiones
no muestran una tendencia clara en los valores
obtenidos experimentalmente. En cuanto a los obtenidos
por simulacién, pese a que las dispersiones aumentan
con el ancho de banda, en cuanto al valor de niimero de
ciclos, no asi el coeficiente de variacion (oy /i) que
aumenta de 0.0537 a 0.1687 al disminuir el ancho de
banda de 0.85 a 0.77, mientras que disminuye a 0.1135
al considerar ancho de banda 0.64. Este hecho puede
estar condicionado por haber empleado registros de
5000 ciclos de longitud en el caso de £=0.77, a
diferencia de los 25000 empleados con los otros dos
espectros.
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Tabla 3. Valores de vida y desviaciones tipicas de
simulaciones para a=1.5y f=1y ensayos.

Ancho Vida media Desviacion estandar
Banda KN ONn

Ensayos | Simulacion | Ensayos | Simulacion

£=0.85 | 146972 75104 5363 4032
e=0.77| 169969 91644 15272 15459
e=0.64 | 277166 148701 13379 16872

A la vista de los resultados para (a=1.5 y f=1I), sc
puede  observar como la  relacidn  vidas
simuladas/ensayos estd entre 0.51 (e=0.85) y 0.54, para
los otros dos casos. La dispersion obtenida en las
simulaciones se ajusta peor a los resultados
experimentales, tanto en el proceso de banda mds
estrecha (£=0.85), aproximadamente un 25% inferior a
la real, como en el proceso de banda mas ancha
(6=0.64), del orden de un 26% superior a la real.

Efecto de la carga maxima del registro.

En los procesos de cargas alcatorias, ¢l efecto de las
sobrecargas entre distintos registros varia en funcion de
la secuencia de cargas del mismo. También la longitud
del registro puede condicionar la influencia del valor
méximo de carga sobre la vida del componente. En las
historias de carga cortas, que sc repiten indefinidamente
hasta el fallo, una sobrecarga puede tencr cfectos
importantes en la historia de ciclos, al repetirse
inmediatamente después de que sus efectos hayan
cesado o mientras atin afectan al creciiniento.

Para analizar esta influencia se ha obtenido el factor de
correlacion (p) entre la carga mixima y la vida para los
distintos registros en los tres procesos de carga
considerados. En la figura 4 se representan las vidas
frente al valor de la carga del pico maximo de cada
registro para los anchos de banda utilizados. El factor de
correlacion asf obtenido es de p=0.68 para &£=0.64,
p=0.96 para £=0.77, y p=0.72 para £=0.55.

Para el caso de la banda intermedia en que las
correlaciones son mds altas, si se consideran en lugar de
los valores de vida experimentales los obtenidos de la
simulacion numérica con f=/ y a=1.5 dicho factor es
de 0.93. Estos datos revelan un fuerte efecto de retardo
producido por el valor extremo de cada historia que
mtroduce un efecto artificial de secuencia debido a la
repeticion indefinida de dicha secuencia de cargas en
cada ensayo. En este caso la longitud de los registros
utilizada para los ensayos fue de 5000 ciclos frente a los
25000 empleados para los otros registros de los

procesos caractcrizado por &=0.85 y &=0.64. Estos
resultados sugieren que el efecto de la carga maxima es
mds acusado en el caso del uso de registros cortos que
largos como demuestra el mayor factor de correlacion
para aquellos, pero que también estd influenciado por el
tipo de carga siendo su efecto mayor en procesos de
banda estrecha que en aquellos de banda ancha.
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Fig 4. Vidas frente al valor extremo del registro

4. CONCLUSIONES

Este trabajo aporta nuevos datos experimentales sobre ¢l
crecimiento de grietas bajo cargas de amplitud variable,
contribuyendo a determinar la influencia que el uso de
diferentes historias de carga representativas del mismo
proceso tiene sobre el crecimiento. La comparacion
entre los resultados obtenidos de los ensayos y las
estimaciones numéricas realizadas, permiten analizar la
capacidad del modelo propuesto por Newman para
predecir la vida a fatiga.

De los resultados experimentales obtenidos puede
concluirse:

I. ElI ancho de banda del proceso deternina
fundamentalmente la vida media. Para el mismo
nivel de carga, la vida aunmenta con el ancho de
banda del proceso.

2. El uso de registros de longitud finita produce un
efecto de secuencia haciendo que la carga mdxima
del registro, debido a los efectos de retardo que
produce, tenga una enorme influencia en la vida. Se
ha encontrado que la correlacidn entre la vida y el
valor de carga miixima del registro es mayor en los
registros de menor longitud.
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3. Dicha correlacion entre vida y carga maxima del
registro es mayor en los procesos de banda estrecha
que en los de banda ancha.

De los resultados obtenidos de las simulaciones en base
al modelo de Newman, se ha encontrado que si bien el
modelo reproduce los efectos de las sobrecargas y su
secuencia con precision y es posible la estimacion de la
variabilidad de la vida de crecimiento en funcion de la
historia de carga, los resultados de vida son muy
conservadores. Estas conclusiones pueden puntualizarse
en:

1. Mientras para cargas de amplitud constante el
modelo estima vidas muy similares en las
simulaciones a las obtenidas experimentalmente, en
cargas de amplitud variable difieren marcadamente.
Estas diferencias dependen de los valores de
sobrecarga del registro y los usados para los
factores de constriccion « y S La variabilidad de
los resultados sin embargo, sigue el mismo
comportamiento: los registros que alcanzan mayor
vida en ensayo son también los de mayor vida en la
simulacidn.

2. La dispersion de los resultados obtenidos con cl
modelo estd altammente influenciada por los valores
de los parametros « y S Los valores de estos
parametros que aproximan con mds exactitud las
vidas medias, presentan dispersiones bastante mds
altas que las encontradas experimentalmente.

3. Los valores de vida estimados con a=1.5y f=1
estin muy por debajo de los experimentales
mientras que la variabilidad se reproduce con
bastante aproximacion.

4. De los resultados sc puede decir, que para cualquier
factor de constriccién aunque las predicciones son
buenas con respecto a la media, el resultado de una
simulacién particular puede ser grandemente
conservativo, dependiendo del pico maximo del
registro de cargas utilizado.
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CARACTERIZACION MEDIANTE ELEMENTOS FINITOS DE LAS CONDICIONES
DE INICIACION Y PROPAGACION DE FISURAS EN ACEROS DUPLEX
ENVEJECIDOS
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E. Universitaria Politécnica de Burgos
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Resumen. Dentro de un amplio programa experimental para modelizar el envejecimiento a baja
temperatura de aceros inoxidables diplex se ha propuesto un modelo fenomenoldgico para determinar la
tenacidad del material en funcién del contenido de ferrita y la cinética de envejecimiento. Dado que la
tenacidad se ha determinado a través de la curva de resistencia a fractura basada en los valores de la integral
J, se hallevado a cabo un andlisis complementario por elementos finitos para determinar las condiciones
locales de tensiones y deformaciones cuando se inicia la fractura y la cinética de fisuracion durante la
propagacidn para apoyar un modelo micromecdnico de los procesos de fractura que tienen lugar en estos
aceros bajo diferentes condiciones de envejecimiento.

Abstract. A phenomenological model able to determine material toughness as a function of ferrite
content and aging kinetics data was proposed within an extensive experimental program to modellise the
low-temperature aging embrittlement of duplex stainless steels. As toughness is determined through the
crack resistence curve based on J-integral values, complementary finite elements analysis have been made
to determine the local conditions of stress and strain when fracture begins and the cracking kinetics during
propagation to support a micromechanical model of the fracture processes taking place in these steels
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under different aging conditions,

1. INTRODUCCION

La fragilizacién por envejecimiento a baja temperatura
de la fase ferritica en los aceros duplex provoca un
aumento de la propia dureza (microdureza) y de la
resistencia mecdnica, acompaifiada de una disminucién
de la ductilidad. Se produce, asimismo, un descenso dz
la tenacidad al impacto.

El hecho de que la disminucidn de la tenacidad en los
aceros duplex sea debido a la fragilizacién de la fase
ferritica estd ampliamente demostrado, y el objetivo
siguiente consiste en buscar métodos de previsién de la
evolucidn de la tenacidad con el envejecimiento.

El presente articulo pretende complementar un modelo
fenomenoldgico desarrollado en estudios anteriores [1],
con el fin de establecer un criterio de fractura a escala
local basado en el campo de tensiones y deformaciones
en la zona de fractura, y en las velocidades de creci-
miento de fisura.

2. MATERIAL

Las caracteristicas del material estudiado se presentan en
la Tabla I, donde aparece la composicién quimica del

acero 12F, su contenido en ferrita, %4, y la distancia
media entre islas de ferrita, A, derivado del analisis
metalogrdfico. En la Tabla 2 se presentan las caracteris-
ticas mecdnicas del acero 12F tanto en el estado &
recepcién como envejecido durante diferentes tiempos a
400°C. Es conveniente sefalar que el estado &
recepcidn de este acero se corresponde con un envejeci-
miento equivalente de unas 30 horas a 400°C [1] ya que
procede de una vdlvula que estuvo en servicio durante
10 afios a una temperatura préxima a 280°C.

Tabla 1. Composicién quimica (% en peso) y porcen-
taje en ferrita del acero 12F

C Mn Si Cr Ni Mo g8 Amm

0.035 0.70 1.10 18.6 10.4 2.00 12.2 100

Tabla 2. Comportamiento mecénico del acero 12F

t (k)  o(MPa) o (MPa) ¢€.(%) RA(%)
origen 232.5 487.3 30.5 73.8
510 246.5 563.5 25.0 68.5
1050 255.0 579.0 - 74.0
4880 231.5 565.0 - 61.0
14800 245.0 586.0 27.5 64.5
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3. EVOLUCION DE LA TENACIDAD

La influencia del envejecimiento en la evolucién de la
tenacidad se estudié [1] determinando las curvas de resis-
tencia a la fisuracién J, sobre probetas CT de 20 mm de
espesor, para diferentes estados de envejecimiento del
material,

3.1. Comparacién de las curvas Carga—Desplazamiento

(P-COD)

Para poder comparar entre si las curvas carga—
desplazamiento, P-COD, obtenidas experimentalmente,
se han seleccionado las probetas que tienen las mismas
dimensiones y la misma fisura inicial, pero distintos
niveles de envejecimiento (ver Tabla 3). De esta manera
se pueden superponer todas las curvas en un mismo
gréfico.

Tabla 3. Caracteristicas de acero 12F, en distintos
niveles de envejecimiento a 400°C

t(h) a 400°C Joamt, Fisura
envejecimiento (kJ/m’) inicial (imm)

origen 996.7 23.75

510 701.8 23.78

4880 455.1 23.70

Se ha observado .que las curvas P-COD para el acero
envejecido siguen, inicialmente, a la curva del acero en
estado de recepcidn, llegando un punto en el que se
separan. El punto de separacién se produce para niveles
de carga mds pequefios cuanto mayor sea el
envejecimiento del material, como puede observarse en
la Figura 1.

30
25 ORIGEN
ZOJ 510 ha 400°C
— ] 4880 h a 400°C
Z 1
= 154
o ]
]
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Fig 1. Comparacién de las curvas P-COD para distin-
tos niveles de envejecimiento

La rotura por clivaje de la ferrita en el material
envejecido [1-3] favorece la aparicién de huecos,
aumentando el deterioro local del material. Como
consecuencia de este deterioro local es necesario un
menor nivel tensional y de deformacién para la
propagacién de la fisura. El estado tensional y ¢
deformacién en el que se produce la separacién es
conocido, ya que lo es el valor de la integral J en ese
punto. El punto de separacidn coincide aproximada-
mente con el valor de J,,,, 0 de iniciacién de la fisura.

Por lo tanto las condiciones lfmites de iniciacién &
fisura pueden ser estudiadas a partir del estado tensional
y de deformacidn que se produce en la punta de la fisura,
para el valor de J,,,,, que presenta el acero en cada
nivel de envejecimiento. Este estado tensional y &
deformacién que tiene lugar en la punta de la fisura se
ha obtenido mediante un andlisis por elementos finitos.

Para el resto de probetas ensayadas, que presentan una
fisura inicial diferente, y no pueden ser comparadas sus
curvas P-COD, se toman como condiciones criticas, en
atencién a lo anteriormente expuesto, los estados
locales que se producen para el valor de J;, ,/p;.

3.2. Evolucién de la_tenacidad a fractura con el tiempo
de envejecimiento

Las curvas J, obtenidas experimentalmente para
diferentes tiempos de envejecimiento a 400°C se
muestran en la Figura 2. Como se puede observar en la
Figura 3, el envejecimiento a 400°C del acero 12F se
traduce en una pérdida de tenacidad, que no sélo queda
reflejada en una disminucién de J,, 4, sino también en
una disminucién del médulo de desgarro definido por
_E dig

T, == 1
R o) dda M

representado en la figura por su valor Aen Aa = I mm.
En la expresién (1) E es el médulo de elasticidad y o, el
limite eldstico del material.

ACERO 12F
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00’6'0" =510k
1500~
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> Ooo.oo“’o .......... =14800%
& ooeoeo""
500 B 0o
0 T T I
0 0.5 1 1.5 2 25 3
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Fig. 2. Evolucién de las curvas J, para distintos
tiempos de envejecimiento a 400°C [1]

Las correlaciones existentes del pardmetro de iniciacion,
Jype, ¥ €l médulo de desgarro, A, con el tiempo &
envejecimiento vienen determinadas por las siguientes
expresiones [1]:

JO.Z/BL = 4040+5988exp(—t/10138) (2)
A =949.4+ 1378.0- exp(~1/704.6) 3)

Los valores de los pardmetros J,,5, ¥y A presentan una
disminucién muy fuerte de la tenacidad en las primeras
horas de envejecimiento, sin embargo, al igual que la
dureza de la ferrita [4] revela una tendencia a la
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saturacién, lo mismo sucede con dichos pardmetros, que
también tienden a un limite para tiempos de envejeci-
miento grandes, como puede observarse en la Figura 3.

ACERO 12F
2500
A=849.4 + 1378.0 exp{-V704.6) (R=0.980) A
A 2000
1500
, 1000
[-37:19
(kdim) ]
5001
§ g, = 4040+ 5088 eXpV1013.8) (R=0.988)
0 —

T o e
10 100 1000 10 10

t (h)
Fig. 3. Evolucién de J,,5 y A con el tiempo &
envejecimiento a 400°C

4. CRITERIO LOCAL DE INICIACION DE
FRACTURA

Para el establecimiento de un criterio macroscépico dz
fractura basado en J, 4, 0 en K, no es necesario com-
prender los aspectos microscépicos que envuelven a la
fractura del material. Sin embargo, a menudo interesa
conocer completamente cudl es el mecanismo
fractura, especialmente en los casos en los que la
microestructura es sensible a cambios que modifican la
tenacidad del material. Interesa por ello definir un
criterio de fractura a escala local.

En este caso se da esta situacidn, ya que el material
sufre una pérdida de tenacidad con el envejecimiento
debido a la fragilizacién de una de sus fases, mientras
que a escala macroscdpica no se observa ningtin efecto
aparente: la curva de traccién del material no sufre
cambios importantes con el envejecimiento, Unica-
mente un ligero endurecimiento por deformacién, y la
fractura sigue siendo ddctil, st bien hay que destacar una
menor tenacidad y una presencia creciente de ferrita en
los huecos a medida que aumenta el nivel &
envejecimiento.

Para el acero en estado de recepcién no se ha observado
presencia de ferrita rota por clivaje, y la rotura del
material se produce de forma dictil. Por otra parte,
aunque para el acero envejecido la rotura a escala global
siga siendo ductil por formacién, crecimiento y
coalescencia de microhuecos, a medida que aumenta el
nivel de envejecimiento la ferrita se muestra mds fragil
y aparece un mayor nimero de islas de ferrita rotas por
clivaje, como nucleos de los microhuecos posterio-
rmente formados. La Figura 4 muestra un ejemplo &
una rotura fragil de una isla de ferrita en el interior de
un microhueco.

Mediante un andlisis fractografico de la superficie de
fractura realizado en las probetas para distintos niveles
de envejecimiento se ha determinado el nimero medio

de ferritas rotas por clivaje, cuyos valores se recogen en
la Tabla 4.

Fig. 4. Rotura por clivaje de la ferrita para un
envejecimiento de 14800 horas a 400°C

Tabla 4. Caracteristicas de acero 12F, en distintos
niveles de envejecimiento

t(h) a 400°C N* de islas Distancia
envejecimiento rotas por  entre clivajes
mm {(um)

origen 0 -
510 1.82 549
1050 1.87 534
4880 4.20 238
14800 4.55 220

De los resultados reflejados en la Tabla 4 puede
observarse que la distancia entre las islas de ferrita que
aparecen rotas por clivaje en el camino de rotura
disminuye claramente con el tiempo de envejecimiento.

Sin embargo, ain en el caso de mayor envejecimiento,
el nimero total de islas de ferrita que se rompen es
aproximadamente el 50% del total, debido probable-
mente a la gran influencia que tiene la orientacién ¢
los cristales de ferrita con respecto a la tensién aplicada,
lo cual da un marcado carédcter estadistico al ndmero &
clivajes presentes en el camino de rotura como niicleos
de aparicién de microhuecos. Teniendo en cuenta estas
observaciones y que la forma de rotura global es por
formacidn de huecos en todos los casos analizados, se
desarrolla en primera aproximacién un andlisis de las
condiciones de rotura basado en el modelo @&
deformacién critica por formacién, crecimiento y
coalescencia de microhuecos.

De los numerosos criterios de fractura local, el que
mejor se adapta al aspecto observado en el material
estudiado es el definido por McClintock [5] que propone
un modelo basado en la consideracién de deformacién
critica como condicion se rotura.

Segiin este criterio, para J = Jg,;, la deformacién

plstica equivalente local, €,, debe exceder una

., e w . . L.
deformacién critica Ef sobre una distancia caracteristica
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I, = d,, donde d, es la distancia entre huecos. Asf, la
condicién de rotura es:

*

g_l:> g G

La Figura 5 intenta esquematizar el criterio de fractura
local definido previamente.

x/8

Fig 5. Idealizacién esquemdtica del proceso de fractura
local [5].

5. ESTUDIO POR ELEMENTOS FINITOS

Para poder establecer los criterios de fractura local, es
preciso obtener previamente el estado de tensiones y
deformaciones que se producen en la punta de la fisura,
para lo que se ha efectuado un andlisis por elementos
finitos con el programa COSMOS/M 1.75.

El  mallado empleado presentaba un elevado
refinamiento en la punta de la fisura, evitando el uso &
elementos degenerados, y colocando elementos d
grandes deformaciones en la punta. Se ha dado un
redondeo inicial a la punta de la fisura para evitar la
singularidad que se produce. El tamafio del redondeo
inicial ha sido 0.01 mm, ya que se considera que los
resultados obtenidos no se ven afectados por él siempre
que el CTOD, o redondeo en la punta después de la
deformacién, sea mayor de 5 veces el inicial [6].

Se ha efectuado un andlisis previo, para determinar cudl
es el estado al que mejor se ajusta la probeta, bien sea
tensién plana, deformacién plana o un estado
intermedio. La presencia de ranuras laterales efectuadas
en las probetas CT favorecen la deformacién plana, de
tal manera que la simulacién del problema puede
realizarse con elementos planos 2D “plane strain”,

Para este andlisis se han tomado ensayos reales, donde
se conoce la carga, P, el tamafio de fisura en cada
instante, a, y el COD. Por elementos finitos se han
calculado curvas tedricas, a = cte, en deformacién plana
para distintos valores de a, y en el punto de corte de las
curvas real y tedrica se observa la coincidencia del
COD, la carga Py lalongitud de fisura a. La Figura 6,

representa el andlisis efectuado con las curvas
correspondientes al material en estado de recepcién y
envejecido, junto con las curvas tedricas calculadas por
elementos finitos para la fisura inicial (a = 23.7 mm) y
final (a = 26.07 mm). El tramo inicial coincidente entre
las curvas reales y la tedrica para la longitud inicial y la
coincidencia en los puntos tltimos ratifican lo adecuado
de la consideracién del estudio en condiciones d
deformacién plana.

30

a=23.70 mm (E.F.)
25.] . ORIGEN

~ .-~ 510 h a 400°C
4880 h a 400°C

204

a=26.07 mm (E.F.)

P (kN)

T T T T
0 2 4 6 8 10 12

COD (mm)
Fig. 6. Comparaci6n entre las curvas tedricas y reales
para fisuras inicial y final

Una vez analizado y comprobado que las probetas con
ranuras laterales se ajustan bien al estado &
deformacién plana, se ha realizado un andlisis para
determinar los campos de tensiones y deformaciones en
la punta de la fisura. Como la integral J es un
pardmetro que define el estado local en la punta de la
fisura, el estado tensional y de deformacién que se
produce en el entorno de la fisura es el mismo siempre
que la J sea la misma, independientemente de las
dimensiones de la probeta y del tamafio de fisura.

Existe una correlacién entre el estado tensional para
distintos valores de J, que puede obtenerse normalizando
el eje X, y representando los valores de tensién frente a
X-0/], donde X representa la distancia real a la que se
encuentran los puntos del frente de la fisura después &
la deformacidn (Figura 7) [6].

0.8
¢ /o
yy ©
0.6
\ .
¢ o048
0.2
; . 0
2 3 4 5

Xold
]

Fig 7. Campo de tensiones y deformaciones en la
punta de la fisura, para el acero 12F, con escalas
normalizadas (o, = (0,+0,)/2)
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En el caso de que el tamafio de fisura sea muy grande,
es decir que exista poco ligamento, la presencia del final
de la probeta influye el campo tensional y de
deformaciones, lo cual puede inducir a errores si no se
tiene en cuenta. En ese caso no se pueden agrupar todas
las curvas normalizando los ejes, y se deberfa calcular el
estado tensional correspondiente a cada J independiente-
mente con el método de elementos finitos.

Como el inicio de la propagacién se produce para el
tamafio de fisura inicial y el tamafio del ligamento es
grande, el grdfico anterior puede ser usado para
determinar las condiciones locales que se producen en el
acero, independientemente del nivel de envejecimiento.

6. APLICACION AL ANALISIS DEL
PROCESO DE FISURACION

La metodologia que se ha seguido para definir las
condiciones criticas de iniciciacion de la propagacién &
fisura, en distintos niveles de envejecimiento, ha sido la
siguiente:

a.  Se han determinado las curvas de deformacién
plastica en la punta de la fisura, para distintos
tiempos de envejecimiento, mediante el andlisis
por elementos finitos.

b. Se ha efectuado un andlisis de la microestructura,
para obtener la distancia entre huecos, también para
distintos tiempos de envejecimiento.

c. Posteriormente, se ha obtenido de cada nivel d
envejecimiento, la deformacidn pldstica correspon-
diente a la distancia observada entre huecos.

d Finalmente se ha representado la evolucién de la
deformacién frente al tiempo de envejecimiento.

6.1. Criterio de iniciacidn de fractura local basado en la
deformacién critica

A partir de los estados de tensidn y deformacion
representados en la Figura 7, se determinan las curvas
de deformacioén en el frente de fisura para los valores &
Jy. €0 origen y envejecidos, con lo que obtendremos
las curvas de deformacién criticas para cada nivel d
envejecimiento que se muestran en la Figura 8.

La fractograffa revela que la distancia entre huecos, para
distintos tiempos de envejecimiento, asf como el
tamafio medio de los huecos, permanece prdcticamente
invariable, siendo aquélla aproximadamente de 150 pm.
Como diferencia se observa que con el envejecimiento
aparece ferrita rota por clivaje en los huecos.

Con la distancia media entre huecos para cada nivel &
envejecimiento y la curva de deformacién en el frente de
fisura se determina el valor de la deformacién critica
para la que se inicia la fractura en cada nivel &
envejecimiento. Los resultados obtenidos se recogen en
la Tabla 5y en la Figura 9.

Las deformaciones criticas obtenidas en el estado &
recepcidn puede atribuirse exclusivamente a la austenita
ya que es la tinica fase presente en el camino de rotura.

Sin embargo, a partir del momento en el que la
fragilidad de la ferrita condiciona los mecanismos
rotura los valores de la deformacién critica representan
un valor promedio atribuible a las dos fases.

- <510 h
— . — . -ORIGEN
tiempo de
envejecimiento
creciente

-

RS e
L5 2

distancia {mm)

Fig. 8. Curvas de deformacién para los distintos
tiempos de envejecimiento.

Tabla §. Valores de J,,,, vy deformacién critica
necesaria para la propagacién dictil de la fisura

t(h) a 400°C Jozm. £*
envejecimiento  (kJj/m?) (‘721)
origen 996.7 1.07
510 701.8 0.73
1050 596.3 0.65
4880 455.1 0.53
14800 376.4 0.46
ACERO 12F

cl'.—.O‘SO +0.59 exp{-V666.0} (R=0.990)

T T PR g
10 100 1000 10 10

t (h)
Fig. 9. Deformacién critica de rotura frente al tiempo
de envejecimiento a 400°C

Por tanto, como se aprecia en la Figura 9, es la
presencia de la ferrita, fragilizada en su envejecimiento,
como iniciadora de los procesos de rotura la que
condiciona el descenso de la deformacién critica
necesaria para generar los microhuecos. Este descenso
guarda un paralelismo total con la evolucién de los
valores macroscépicos de tenacidad, presentada en la
Figura 3, lo que soporta su eleccién como criterio local
de inicio de la fisuracién.
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6.2. Velocidad de propagacién

El envejecimiento de la ferrita condiciona no sélo la
zona de iniciacién de la fisura, sino también la zona
propagacidn estable de la misma. Las condiciones &
propagacién en funcidn del nivel de envejecimiento del
material se han determinado a partir de la velocidad de
propagacidn de fisura, definida segiin la expresion:

da__da_ d(COD)_ _da__
di d(COD) dr  d(COD)

d ®

donde v, es la velocidad de solicitacién, en control de
desplazamiento, de los ensayos realizados.

En la Figura 10 representa la velocidad de crecimiento
de la fisura frente a la integral J. Los valores
representados corresponde a los datos en los que J es
mayor que J,,,5, es decir en la zona de propagacién
para cada nivel de envejecimiento. En el cdlculo de los
valores da/d(COD) necesarios para determinar la
velocidad de propagacidn se ha efectuado una media
aritmética de tres valores consecutivos para disminuir la
dispersién de los datos del ensayo.

510°
o] 14800 b a 400°C
PRt
A
—_ : v ORIGEN
0 -6
g 310 510 h a 400°C °
G AA [-Y o
-~ 6 ]
8 210 D/;(;F o
1 10% : :
;
03y I —_

T T T
200 400 600 800 l()()()2 1200 1400 1600 1800
J (kdim’)
Fig. 10. Representacién de la velocidad de propaga-
cidn de fisura frente a la integral J

Los datos de la Figura 10 se han ajustado mediante una
recta (da/dr=nmi-J+b) cuya pendiente m aparece en la
Tabla 6. Se observa, que la velocidad de propagacién es
creciente con el envejecimiento, y por tanto con la
presencia de ferrita rota por clivaje en los mecanismos
de rotura, lo que concuerda con la necesidad de una
menor deformacion pldstica en el frente de fisura para
mantener el proceso de propagacién.

Asimismo el médulo de desgarro se puede determinar
como

E di E dJ a(Cop
o, da

3

oy d(COD) da
es decir
E v
Tp=—5 |k —4 7
g o ( da/dt) @

donde k es la pendiente de la relacién entre J, y COD
variable con el envejecimiento.

A partir de la expresion (7) se han determinado los
valores del médulo de desgarro para una longitud &
fisura de I mm, A, que presentan una buena correlacién
con los obtenidos experimentalmente [1] como queda
reflejado en la Tabla 6.

Tabla 6. Valores obtenidos de la pendiente m y del
médulo de desgarro

t (horas) 30 510 4880 14800

o, (MPa) 235.0 246.5 245.0 245.0
k 168 164 152 144
m 2.70-10°  4.27-10° 5.28.10° 7.42.10°

Acon(7) | 2130.8 1419.0 855.1 799.6
A, (1] 2247.0 1547.0 956.0 899.4

7. CONCLUSIONES

Se han determinado las condiciones de deformacién
critica para la iniciacién de la fractura de un acero
duiplex con un 12% de ferrita para diferentes niveles de
envejecimiento. Dicha deformacién critica decrece a
medida que aumenta el grado de envejecimiento,
presentando una evolucién semejante a la de J,,4,.
Asimismo el andlisis de las velocidades de propagacidn
justifica que éstas aumentan con el envejecimiento y se
correlacionan adecuadamente con los valores observados
del médulo de desgarro. En ambos casos la presencia &
islas de ferrita rotas por clivaje previamente a la
formacién de huecos justifica la evolucién de ambos
pardmetros: la deformacién critica y la velocidad &
propagacion.
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MODELO NUMERICO PARA ANALIZAR EL EFECTO DEL HIDROGENO
SOBRE LOS PROCESOS DE FISURACION DUCTIL

M.A.Astiz!, J.A.Alvarez? & F.Gutiérrez-Solana?

'Departamento de Vehiculos Aeroespaciales
E.T.S. de Ingenieros Aeronduticos
Universidad Politécnica de Madrid

Ciudad Universitaria, 28040 Madrid

*Laboratorio de Ciencia e Ingenieria de los Materiales
E.T.S. de Ingeniceros de Caminos, Canales y Puertos
Universidad de Cantabria
Avda. Los Castros s/n, 39005 Santander

Resumen. La presencia del hidrégeno tiene un efecto muy importante sobre ¢l comportamiento en
fractura ductil de los aceros microaleados. En este trabajo se presenta un modelo analitico/numérico
que pretende aplicarse al estudio de este efecto. El modelo pretende reproducir por un lado la
fractura ductil mediante la aplicacion del método de los elementos finitos a un mecanismo de fisura
cohesiva. Por otra parte se estudia el transporte de hidrégeno por difusion mediante un modelo que
tienc en cuenta la influencia de la deformacién plastica y que se aplica también a través del método
de los clementos finitos. Ambos modelos se combinan para crear un modelo numérico de la
fisuracion dictil en ambiente de hidrdgeno.

Abstract. Hydrogen has an important influence on the ductile fracture behaviour of microalloyed
steel. This paper presents an analytical/numerical model to be applied to this problem. The model
consists of two parts. Ductile fracture is modelled by means of the finite element method in
combination with chesive crack mechanism. Hydrogen diffusion is studied by means of a model
which takes into account the influence of plastic deformation; this second part of the model is also
applied by means of the finite element method. Both models are combined to build a numerical
model of ductile fracture in hydrogen filled steel.

1. INTRODUCCION.

La corrosiébn bajo tension se ha estudiado
tradicionalmente a través de ensayos en laboratorio
cuyos resultados se interpretan mediante modelos
relativamente sencillos que permiten comprender la
importancia de las distintas variables que intervienen
en el proceso [1-3].

El desarrollo de los modelos numéricos y su
aplicacion generalizada en el campo de la Fisica y de
la Ingenieria permite pensar en la posibilidad de
aplicar también estos métodos al estudio de la
corrosion bajo tension. En este articulo se presentan
algunos resultados obtenidos en esta linea, en el
marco de un proyecto CECA sobre corrosiéon bajo
tensién de aceros soldables microaleados, por el
Departamento de Vehiculos Aeroespaciales (UPM) v
por ¢l Laboratorio de Ciencia e Ingenieria de los

Materiales (UC) en colaboracion con Creusot-Loire,
el CRNS (Orsay) y Ensidesa.

Los ensayos realizados sobre aceros E690 y A416-70
en el curso de esta investigacidn demuestran que la
presencia de hidrogeno es especialmente importante
en lo que respecta a la fractura ductil del material ya
que hace que tanto J. como dJ/da disminuyan hasta
casi anularse. Por ello se ha desarrollado en primer
lugar un modelo que reproduce la fisuracién en
régimen elasto-plastico. Como €l comportamiento del
material a lo largo de la fisuracion se ve afectado por
1a presencia de hidrégeno en la zona de proceso, se
ha eclaborado un segundo modelo que permite
estudiar la movilidad del hidrégeno para las distintas
geometrias consideradas en la  investigacion.
Finalmente ambos modelos se combinan para formar
un modelo unitario que permite estudiar la fisuracién
en ambiente de hidrogeno.

79
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2. MODELO DE FRACTURA DUCTIL

La integral J es la mejor opcion para el estudio de la
fractura ductil. Sin embargo no utilizaremos aqui la
definicion original como integral curvilinea sino la
definicién alternativa, Ji, como tasa de liberacion de
energia, obtenida al descontar del trabajo de las
fuerzas exteriores la energia elastica y la energia
disipada por deformacion plastica [4,5]. En una
definicion como ¢ésta es siempre dificil distinguir
entre la energia disipada lejos de la fisura, que no
debe asociarse a una energia de fractura, y la energia
disipada muy cerca del fondo de la fisura, que si debe
considerarse como energia de fractura.

Aunque existen modelos fenomenoldgicos sencillos
como el EPRI [6], el modelo propuesto en este trabajo
sc basa en la idea de la fisura cohesiva propuesta en
primer lugar por Dugdale y Barenblatt y, en una
scgunda época, por Hillerborg [7]. La idea principal
consiste en sustituir la fisura por un plano cohesivo
que puede absorber una energia Jr por unidad de area
con una deformacion despreciable. Una vez absorbida
esta cantidad de energia, el plano pierde su rigidez y
las dos caras de la fisura pueden separarse libremente
entre si. Este modelo presenta varias ventajas entre
las que cabe destacar su sencillez, el hecho de poder
distinguir entre la energia disipada en el campo
lejano y la disipada en el entorno del fondo de la
fisura, y el permitir prescindir de modelos de
deformacion complicados ya que la zona de proceso
se concentra en el plano cohesivo. Este modelo
permite ademas considerar cualquier tipo de curva Jz-
Aa sin mas que cambiar las ecuaciones constitutivas
del plano cohesivo. Se trata por tanto de un modelo
simplista, ingenieril, pero que permite describir de
forma satisfactoria la fractura ductil como veremos
mas adelante.

& o

Figura 1. Ley carga-desplazamiento de muelle de
fisura

Este modelo de propagacion de fisuras se puede
utilizar facilmente en combinacion con el método de
los elementos finitos. Para ello es suficiente soportar
los nodos contenidos en el plano de la fisura
mediante muelles con una respuesta carga-
desplazamiento de tipo no lineal (en el supuesto de

que se conozca el camino de propagacion de la fisura,
como por ejemplo en un caso de modo I). La ley
constitutiva adoptada para los muelles es bi-lineal
(fig. 1). La raz6n de no escoger una ley rectangular,
mas en consonancia con el concepto de tasa de
liberacién de energia, estriba la necesidad de reducir
las posibilidades de que se produzcan inestabilidades
numéricas al aparecer rigideces negativas en el
modelo.

El punto mas delicado en la aplicacion de este
modelo consiste en la definicion de los pardmetros de
la ley constitutiva de los muelles. El valor de la carga
de cedencia debe ser funcién de una tension de
cedencia del material (intermedia entre el limite
elastico y el limite de rotura) y de la parte del
elemento que se asocie a cada nodo (a través de las
funciones de forma). Este problema se ha planteado
de forma analitica suponiendo que ¢l elemento es
cuadratico, con ¢l nodo intermedio situado en el
centro del lado. Suponemos que por tratarse de un
material elasto-plastico y de un problema de
propagacién no tienc sentido colocar el nodo
intermedio a un cuarto como es ya habitual en los
problemas eldsticos. Por lo tanto la carga de cada
nodo se podrd evaluar mediante la expresion

Fi= A, bho,,(h) )

en donde o;,(h) es el valor de la tension normal al
plano de la fisura y a una distancia / del fondo de la
fisura, h es el tamafio del elemento, b es el espesor y
2; viene a ser un factor adimensional resultado de
integrar el producto de tensiones por funcidén de
forma a lo largo del elemento. Los factores se recogen
en la tabla 1 para el nodo 7 (vértice de elemento) v
para el nodo 2 (centro de lado) y para distintos
valores del exponente de endurecimiento por
deformacion, m, segun la ley de Ramberg-Osgood.
Para obtener estos resultados se ha supuesto que el
campo de tensiones es el que predice ¢l modelo HRR.

m M Xy kolhq
i 0.800 1.131 1.414
2 0.450 0.709 1.575
3 0.346 - 0577 1.665
5 0.270 0.475 1.764
8 0.229 0.421 1.836
11 0.211 0.396 1.874
14 0.202 0.383 1.898
17 0.195 0.374 1.914
20 0.191 0.368 1.926
25 0.186 0.361 1.940

Tabla 1. Factores de integracion de tensiones.
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De acuerdo con este planteamiento, la carga de
cedencia de cada muelle se calcula a partir del valor
de las tensiones por delante de la fisura, definido
mediante el modelo de eldstico de fractura o mediante
el modelo HRR. Por ello la carga de cedencia de los
muelles resulta ser funcién de la tenacidad del
material lo cual tiene bastante sentido desde un punto
de vista fisico: una carga muy clevada estaria
asociada a una alta tenacidad y, por ello, redundaria
en una mayor resistencia a la propagacion de la
fisura. El desplazamiento 3, es el necesario para que
¢l trabajo de rotura del muelle coincida con 1a energia
de fractura correspondiente.

Los resultados analiticos de la tabla 1 se han
contrastado con los resultados numéricos que se
pueden obtener al calcular las reacciones nodales en
una malla tradicional (sin muelles en el plano de la
fisura) para distintas profundidades de fisura y para
distintos niveles de plastificacion. Para ello se ha
considerado un modelo (fig. 2) de una probeta
compacta (B=25mm, W=100mm) con un material
clasto-plastico de propicdades coincidentes con las
del acero E690. Para este material Jr es 300 kJ/m” y
su curva tension deformacion es del tipo Ramberg-
Osgood con los siguientes parametros (o en MPa):

(52 >
€=\Z10000) "\ 7132 @)

r—————too mm———T

NN

S8 SO T

Figura 2. Modelo de elementos finitos de la probeta
compacta.

Este modelo se ha construido con profundidades de
fisura comprendidas entre 50 y 56 mm y se ha
solicitado de forma que el tamaiio de la zona plastica
oscilara entre 0 (régimen elastico) y 10mm. Los
coeficientes multiplicadores 2. se han evaluado en
cada caso a partir de las reacciones nodales y de
aplicar el modelo HRR a la ecuacion (1). Los
coeficientes asi obtenidos varian en funcién de todos
los factores involucrados: grado de plastificacion, tipo
de nodo (vértice de elemento o centro de lado) y
disefio de la malla.

Aunque no es interesante reflejar aqui la lista de
resultados obtenidos, si hay que destacar que estos
valores pueden llegar a diferir bastante de los valores
analiticos relacionados en la tabla 1. Sin embargo se
observa que la relacion entre los valores de A en un
vértice de elemento y en el centro del lado contiguo
tienden a parecerse a los previstos en la tabla 1. Este
resultado nos demuestra que es muy dificil a priori
dar valores de cargas de cedencia a los muelles del
plano de fisura pero que si se pueden relacionar las
cargas de los distintos muelles. Todos los calculos
realizados indican que éste es el dato fundamental
para obtener un comportamiento del modelo
numeérico cualitativamente semejante al de la probeta
real.

La prucba mds contundente consiste en comprobar si
el modelo de fisura cohesiva permite predecir
correctamente la rotura ductil. Para verificarlo, se
han llevado a cabo cdlculos con distintos valores de
las cargas de cedencia en los muelles pero
manteniendo la relacién prevista por la evaluacién
analitica. Los resultados obtenidos se han reunido en
la figura 3, en la que se aprecia en primer lugar que
todas las curvas son de variacion suave y carecen de
discontinuidades o inestabilidades numéricas como
ocurriria si la relacion entre cargas de cedencia de
muelles no se mantuviera en los valores definidos en
latabla 1.

- /‘“F:?SkN
F W
=15kN =
240 _—\ 1/
F=20kN
e Yz \A
: ——
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s = @ = 3 s 5 @

- ~
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Figura 3. Curvas carga-desplazamiento obtenidas del
modelo de elementos finitos para distintas cargas de
cedencia en los muelles del plano de fisura.

También se aprecian en esta figura los dos
comportamientos extremos tipicos. Con cargas de
cedencia excesivamente altas no se produce una
propagacion de la fisura y la curva carga
desplazamiento resulta similar a la que se¢ obtendria
en el andlisis de un modelo sobre apoyos rigidos. Con
cargas de cedencia excesivamente bajas el modelo no
llega a desarrollar la resistencia ni la deformacion
plastica que se observan en los ensayos; toda Ia
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deformacion es producto de la propagacién de la
fisura, lo cual no es un buen modelo del
comportamiento real.

En valores intermedios de la carga de cedencia de los
muelles, ¢l modelo presenta una carga maxima que
coincide aproximadamente con el momento en que
empieza a propagarse la fisura. Las curvas asi
obtenidas se parecen bastante a las reales.

240

EPRI ——»
180 / \\

2 /
=120 N
[
5 MODELD —J
AJUSTADD
50 Vi
0
= A 8 A 8
(=} o — — o
DESPLAZAMIENTO (mm)

Figura 4. Curvas carga-desplazamiento segun el
modelo EPRI y segtin el modelo de fisura cohesiva.

Para comprobarlo basta compararlas con las que
predice el método EPRI para este material v esta
probeta (fig, 4). Para conseguir un buen acuerdo entre
los resultados pseudo-experimentales y los numéricos
es preciso ajustar no solamente ¢l valor de las cargas
de cedencia de los muelles sino también la energia de
rotura de éstos. Como es 16gico, la carga de cedencia
de los muelles esta relacionada con la carga maxima
de la probeta y el desplazamiento de rotura, &, con el
area encerrada por el diagrama carga-desplazamiento
de la probeta. En este caso concreto se ha conseguido
el ajuste optimo al reducir la energia de rotura de los
mueclles al 58% de Jr. Este resultado no es
sorprendente ya que el modelo de fisura cohesiva es
excesivamente simplista para explicar la rotura
ductil. Pero por otra parte el buen ajuste del
comportamiento que se observa en la figura 4 indica
que, si se conoce previamente el comportamiento
experimental de la probeta que se quiere estudiar, es
posible ajustar €] modelo de la fisura cohesiva y
utilizarlo, como se pretende aqui, como una mera
herramienta para describir de forma numérica el
fendémeno de la corrosion bajo tension.

3. MODELO DE DIFUSION DE HIDROGENO.

Las aplicaciones numéricas de modelos de difusion
con las que los autores habian tenido contacto se
basaban en el modelo de difusion controlada por la
tension hidrostatica [8,9]. Sin embargo es conocido
que el hidrégeno tiene tendencia a acumularse e
incluso a quedar atrapado en las zonas de grandes
deformaciones pldsticas. Aunque existen modelos
especificos para describir este fendmeno {10}, hemos
preferido utilizar aqui un planteamiento general
como el propuesto por Leblond y Dubois [11], basado
en el concepto de solubilidad. En este caso, dado que
contamos con evidencias experimentales que
demuestran que tanto la tensidn hidrostitica como la
deformacion plastica tienen influencia sobre Ia
difusiéon del hidrégeno, hemos postulado que la
solubilidad del hidrégeno se puede expresar mediante
la expresion factorial

/*

8§ =¢,.exp (%;—] (U+aegy) 3)

en donde S es la solubilidad, ¢, es una concentracion
de referencia, 7" es el volumen molar parcial de
hidrégeno, R la constante universal de los gases
perfectos, 7 la temperatura absoluta, s la tension
hidrostatica, &, la deformacién plastica y « es un
coeficiente de proporcionalidad que se determina
experimentalmente.

Este modelo no es mas que la combinacién de los
propuestos de forma parcial anteriormente [8,10]. La
dependencia lineal respecto a la deformacion plastica
es indudablemente simplista pero tampoco contamos
con excesivos datos experimentales como para
aventurar una dependencia mas complicada.

El calculo del flujo de hidrégeno sc realiza a partir de
la expresion anterior de la solubilidad mediante

1

- -V - Vs -
q=-D|Vc~ RT Vs—acyexp RT Ve, )]

que demuestra que el flujo de hidrégeno es funcién
del gradiente de concentraciones, resultado normal en
un fendémeno de difusion, pero también de los
gradientes de tension hidrostatica y de deformaciones
plasticas. Estos dos ultimos pardmetros representan a
dos mecanismos concurrentes de atraccion de
hidrégeno cuya importancia relativa dependerd
fundamentalmente del valor de la constante «, ya que
las demas constantes que intervienen en (4) admiten
pocas variaciones.
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La solucion numérica de estas ecuaciones se puede
obtener ficilmente a través del método de los
elementos finitos (9) que tiene en este caso la ventaja
de permitir utilizar la misma malla para el estudio
del problema mecdnico que para el problema de
difusién. De esta manera es ficil disponer de valores
de s y & en los puntos de Gauss de los clementos. Se
trata por lo tanto de un problema acoplado en el que
se pueden definir tres grados de libertad por nodo:
dos desplazamientos (en el caso de un problema bi-
dimensional) y una concentracién (tener en cuenta la
presencia de trampas supondria considerar mas
grados de libertad de concentracion de hidrégeno por
nodo).

4. APLICACION DEL MODELO.

El modelo se ha supeditado en todo momento a los
resultados experimentales. El hecho de considerar
simultinecamente la influencia de la tension
hidrostatica y de la deformacién plastica es la
consecuencia de haber medido concentraciones de
tritio en probetas compactas y haber observado que la
forma de las zonas cargadas era muy similar a los
contornos de tension hidrostdtica. Para tener en
cuenta este fenémeno se ha supuesto que 17/RT es
igual 0,0008mm*/N.

Por otra parte, las medidas de contenido de hidrogeno
en probetas saturadas y con distintas deformaciones
plasticas iniciales, han demostrado que la solubilidad
es una funcion creciente de la deformacién pldstica
que se puede aproximar mediante una expresion bi-
linecal (fig. 5). La solubilidad crece lentamente para
deformaciones pldsticas menores de 0,6, y crece mas
rdpidamente para deformaciones mayores.

S/cO

5.0

{

0 06 0.8 ¢&

p

Figura 5. Variacion de la solubilidad con la
deformacion pldstica.

Finalmente, los ensayos de permeabilidad llevados a
cabo sobre probetas pre-deformadas demuestran que
la deformacién plastica incide también sobre la
difusividad aparente. En realidad, es la presencia de
trampas la que modifica la difusividad pero, dado que
nuestro modelo no tiene en cuenta la presencia de
trampas, se¢ hace preciso aproximarse a este
fendmeno a ravés de una difusividad aparente que sea
funcién de la deformacion plastica. La expresion que
hemos adoptado en este estudio es una aproximacion
a una serie de resultados que muestran una gran
dispersidn y consiste en la relacion potencial
siguiente

D=D,1 5% 5

en la que Dy es la difusividad del material sin
deformar, que hemos tomado como 10°° cm®/s.

El ejemplo que se presenta es el de la misma probeta
compacta que se ha considerado anteriormente y a la
que se lleva hasta un estado de fisuracion muy
importante (la profundidad de fisura pasa de 50 a 70
mm) en 200 horas. Este tiempo es muy reducido en
términos de difusion ya que cn ausencia de tensiones
v deformaciones serian necesarias entre 5000 vy 10000
horas para conseguir un distribucién uniforme de
hidroégeno cn esta probeta si se supone que la probeta
estd inicialmente libre de hidrogeno y que solo se
carga a través de su superficie. La figura 6 muestra la
distribucion de concentraciones de hidrogeno en un
caso sin tensiones ni deformaciones al cabo de 151
horas.

/*—C/C =0.1

e

Figura 6. Concentraciones de hidrogeno en probeta
sin tension ni deformacion (151 horas).

yas C/CQ:O‘Q

Al tener en cuenta las tensiones hidrostaticas y las
deformaciones plasticas, la solubilidad deja de ser
uniforme. Sin embargo, se puede observar que los
factores de modificacion de la solubilidad de la
ecuacién (3) solo ejercen una influencia importante
en el entorno de la fisura. La figura 7 muestra dos
etapas del proceso de fisuracion en las que se aprecia
que el aumento de la solubilidad estd localizado en
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una zona de forma aproximadamente circular situada
alrededor del fondo de fisura y que se desplaza a
medida que ésta se va propagando. La forma de esta
zona de solubilidad incrementada coincide
apreciablemente con la observada en probetas
cargadas en una solucién enriquecida con tritio.

b . ?é%o \{I =

Figura 7. Distribucion de la solubilidad para a)
t=108h, y b) t=186h.

Las correspondientes distribuciones de hidrégeno se

ven logicamente afectadas por la distribucion de la
solubilidad aunque con mucho retraso. En efecto, tal
como se ha planteado el experimento numérico, la
velocidad de propagacion de la fisura es mucho
menor que la de difusion del hidrogeno pero en
cambio si se observa comwo éste tiene tendencia a
seguir a la fisura (fig. 8), a diferencia de lo que
ocurre en ausencia de tensiones (fig. 6).

Figura 8. Distribucién de la concentracién de
hidrégeno para a) t=108h y b) t=186h.

5. CONCLUSIONES.

Se ha presentado un modelo de difusion de hidrégeno
aplicable al estudio de fenémenos de corrosion bajo
tension. Este modelo tiene grandes posibilidades ya
que permite introducir la variable tiempo en el
proceso de fisuracion. Para ello serd todavia necesario
acoplar la difusién a la propagacién a través de la
definiciéon de una relacién entre concentracién de
hidrégeno y Jr. Por otra parte queda otro problema
por resolver como es el definir las pautas de
penetracion del hidrégeno a través de los planos de la
fisura a medida que ésta se va propagando.
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UN MODELO MICROMECANICO DE DANO PROGRESIVO
EN MATERIJALES COMPUESTOS.

C. Gongzgdlez y J. LLorca.

Departamento de Ciencia de Materiales. Universidad Politécnica de Madrid.
E. T. S. de Ingenieros de Caminos, Canales y Puertos. 28040 - Madrid.

Resumen: Se ha desarrollado un modelo micromecénico para simular la evolucién del dafio du-
rante la deformacién en materiales compuestos. El material compuesto se supone formado por
dos fases que representan al material intacto y al dafiado. La interaccién entre la fase dafiada y
la intacta y la redistribucién de tensiones debida al aumento progresivo del dafio durante la de-
formacién se resuelven mediante el método autoconsistente aplicado de forma incremental a partir
de las propiedades elasto-plasticas instantdneas de cada fase, que hace uso de la solucién diluida
propuesta por Eshelby para el problema de la inclusién eldstica equivalente. El modelo se aplica
para simular la curva tension-deformacién en traccién uniaxial de un material compuesto de ma-
triz de aluminio reforzado con particulas cerdmicas que se fracturan progresivamente durante la
deformacién.

Abstract: A micromechanical model is developed to simulate the evolution of damage in composi-
te materials. The composite is made up by two phases which stand for the intact and damaged
materials. Interaction between intact and damage phases is taken into account through the incre-
mental formulation of the self-consistent scheme which uses Eshelby’s equivalent inclusion method
with the instantaneous elasto-plastic properties of each phase. The model is applied to simulate
the stress-strain curve under uniaxial tension of an Al-matrix composite reinforced with ceramic
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particles which are progressively fractured during deformation.

1. INTRODUCCION.

En los tltimos afios ha sido creciente el interés en
la modelizacién del comportamiento de materiales
compuestos en los que la progresiéon del dafio du-
rante la deformacién juega un papel crucial en sus
propiedades mecdnicas, especialmente la ductilidad.
Se han desarrollado una amplia gama de modelos
numéricos (basados en el andlisis mediante elemen-
tos finitos de celdas unidad [1,2]) y analiticos (basa-
dos en el método de la inclusién eldstica equivalente
desarrollado por Eshelby [3]) para determinar el com-
portamiento elastopldstico de este tipo de materiales.
En los modelos analiticos la particién de tensiones y
deformaciones se realiza a partir de un esquema auto-
consistente. Este método fue inicialmente propuesto
para calcular las propiedades eldsticas efectivas de
materiales polifasicos, y posteriormente se aplicé uti-
lizando una formulacién incremental a problemas de
elasticidad no lineal [4].

Tanto los métodos numéricos como los analiticos per-
miten obtener una prediccidn acertada del compor-
tamiento elastopldstico del material intacto o to-
talmente dafiado. Sin embargo, no existen mode-
los que permitan tener en cuenta de manera ri-
gurosa el efecto del dafio progresivo durante la de-
formacién. En una primera aproximacién, algunos
autores [1,2] han supuesto que la deformacién en el

material compuesto es homogénea y obtuvieron la
respuesta elastopldstica con daiio progresivo a par-
tir de los resultados para materiales intactos y com-
pletamente dafiados utilizando un modelo simple de
isodeformacién.

En el presente articulo se presenta un tratamiento
més general de este problema, calculdndose la par-
ticién de tensiones y deformaciones entre la fase
intacta y danada a partir del método autoconsis-
tente. El método se aplica a materiales compuestos
de matriz metdlica donde se supone que la rotura
de particulas es el mecanismo de dafio dominante
y la probabilidad de fractura de las particulas se
tiene cuenta utilizando la estadistica de Weibull.
Ademds, la redistribucién interna de tensiones y de-
formaciones entre ambas fases del material durante el
proceso de fractura de las particulas también se ob-
tiene a partir del método autoconsistente. El modelo
desarrollado se aplica como ejemplo para estudiar la
influencia de los pardmetros de Weibull que controlan
la resistencia mecanica de las particulas en la tensién
de rotura y ductilidad de un material compuesto de
matriz metdlica.
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2. PROPIEDADES EFECTIVAS,

Las propiedades mecénicas de los materiales com-
puestos dependen no sélo de las propiedades
intrinsecas de sus componentes, sino también de su
distribucién, forma y concentracién. Se denomina
volumen representativo (V) al volumen minimo en
el que las propiedades mecanicas son equivalentes a
las propiedades del material compuesto. Suponiendo
que la adhesién entre las fases es perfecta y que estan
distribuidas aleatoriamente, la tensién y la defor-
macién media de cada fase se puede obtener a partir
de la integracién en el volumen representativo:

1
g; = —V; /‘;idi(x) dv

Ei:—%/viei(x) dv (1)

donde TV; = V. La relacién entre la tensién y de-
formacién media en cada fase &; = L; €& viene ex-
presada por el tensor de cuarto orden de rigidez de
la fase ¢, L; (para un material isétropo, eldstico y
lineal Lijkl = I(5ij§kl + ﬂ(5ik6jl + 5il§jk - %61']‘61:1)7
siendo K y p los médulos de compresibilidad y de
rigidez transversal, respectivamente). Las tensiones
y deformaciones medias en el material compuesto,
7 v € (denominadas efectivas) se relacionan con las
tensiones y deformaciones medias en cada fase a par-
tir de los tensores de concentracién de deformacién
A; y tension B; respectivamente:

€ = A€ (2)

La tensién y deformacién efectivas pueden obtenerse
promediando las tensiones y deformaciones en cada
fase segin:

]\7
5=§ o,y €=
0

siendo N + 1 el namero de fases presentes y ¢; la
fraccién volumétrica de cada fase. A partir de (2)
y (3) es inmediato obtener las propiedades eldsticas
efectivas del material compuesto:

6;=Bi¢ vy

Ci € (3)

N
6= cLiAe=Le (4a)
0
]\7
€= C; MiBi o=Ma (4b)
0

donde L y M son los tensores de rigidez y flexibi-
lidad efectivos del material compuesto (L = M™1),
siendo necesario que los tensores e concentracién de
deformacién y de tensién cumplan:

N

ZCiBi:I

0

N
deAi=1 y (5a, 5b)
0

donde I es el tensor identidad de cuarto orden.
Es evidente que las constantes eldsticas del mate-
rial compuesto quedan univocamente determinadas a
partir de la concentracidn y las propiedades elasticas
de cada fase, si se conocen A; o B;.

3. COMPORTAMIENTO ELASTICO.

3.1 Inclusidn eldstica equivalente.

Sea un medio infinito, homogéneo eldstico e isétropo
D de propiedades eldsticas Lg, en cuyo interior se
encuentra una inclusién de forma elipsoidal D -1 de
propiedades eldsticas L;, sometido a la deformacién
remota €& En condiciones diluidas (¢; — 0), el tensor
de concentracién de deformacién € = A; € tiene la
siguiente expresién debida a Hill [5]:

A= (I+8S; Ly (L; — Lo))™* (6)

donde S; es el tensor de cuarto orden de Eshelby de la
inclusién 7, cuyas componentes dependen de la geo-
metria de la inclusién elipsoidal y del coeficiente de
Poisson de la matriz. A partir de las ecuaciones (4a)
y (5a), el tensor de rigidez del material compuesto
puede ser expresado como:

N N
L‘—“ZC{ LiAi:LD+ZCi (L1——L0) Ai (7)
0 1

por lo que sustituyendo el tensor de concentracién
de la deformacién en la inclusidén i en la expresién
anterior obtenemos el tensor de rigidez efectivo como:

N
L=Lo+y ¢ (Li—Lo) (I+S; Ly '(Li=Lo)) ™! (8)
1

Isodeformacion Autoconsistente

2.5
L
2 e
Eshelby
W 1.5+
O L
it Isotension

1 Resultados experimentales
I ° Lloyd et al. [6]
o Poza et al. [7]
0.5 I | I ! 1 ! 1 { )

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
Fraccion volumétrica de refuerzo

Fig. 1. Comparacidn de las predicciones de los difer-
entes modelos para el mddulo de elasticidad (norma-
lizado por el médulo de elasticidad de la matriz) de
materiales compuestos SiCp /Al

3.2 Modelo autoconsistente.

El modelo de la inclusién eldstica equivalente sélo
tiene en cuenta la interaccién entre las inclusiones
y el medio infinito que las rodea y, por lo tanto,
Unicamente tiene validez en condiciones diluidas
(¢; — 0). Existen numerosas variantes del método
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de Eshelby para tener en cuenta la interaccién entre
las inclusiones y una de las mds importantes es el
denominado modelo autoconsistente. Este método
embebe todas las fases del material compuesto en un
medio efectivo cuyas propiedades medias dadas por
L sélo son conocidas como resultado final del calculo.
Por lo tanto, la interaccién entre las inclusiones en
este método no se incluye de forma explicita, sino a
partir de las propiedades efectivas del material com-
puesto en el que han sido embebidas. El tensor de
localizacién de la deformacién se obtiene a partir de
la solucién diluida (6) tomando como propiedades
efectivas de la matriz las del material compuesto L,
por lo que el tensor de rigidez efectivo del material
compuesto queda:

N
L=Lo+Y ¢ (Li—Lg) (I+8, L™H(L;~L))™" (9)
1

que da lugar a un sistema de ecuaciones no lineales
para las componentes de L. Si el medio efectivo L no
es isétropo, es necesario evaluar las componentes del
tensor de Eshelby de la inclusién ¢ mediante proce-
dimientos numéricos (Mura [8]). Este método se ha
utilizado con éxito para predecir el médulo de elasti-
cidad de materiales compuestos de matriz metdlica,
como se puede ver en la Fig.1.

La extension del método autoconsistente a problemas
de elasticidad no lineal fue debida a Hill y Hutchinson
[5,9]. Se define el tensor de confinamiento L de la
inclusién 4, como aquél que relaciona la diferencia
entre los incrementos de tensién y deformacién del

J

material y de la inclusién segin:

G-6) = -LiE—¢&) (10)
donde L} viene expresado por:
L:S, =L(I-S,) (11)

y el tensor de concentracién de deformacidén A;
queda expresado en funcién de L} como

A, = (L] + L)~ (L; +L) (12)

Estas ecuaciones permiten obtener el tensor de
rigidez efectiva tangente en cualquier instante del
proceso de deformacién. En efecto, es posible calcu-
lar el tensor L} para un incremento de deformacién

€ a partir de las propiedades instantineas del com-
puesto utilizando (11). Con este valor se calcula A;
(ecuacién 12) y se introducen estos valores en (4a)
para obtener el nuevo tensor de rigidez efectiva tan-
gente. Este nuevo valor de L se introduce en (11) y se
repite el proceso hasta alcanzar la convergencia. Una
vez conseguido ésto, se actualizan las tensiones, las
deformaciones y los tensores de rigidez tangente en
cada fase, que serén utilizados en el paso posterior.

4. COMPORTAMIENTO PLASTICO.

4.1 Modelo del material compuesto dafiado.

En este apartado se desarrolla el modelo para de-
terminar el comportamiento elasto-pldstico con dafio
progresivo de un material compuesto. El material
estd constituido por dos fases, una de ellas repre-
sentativa del material intacto y otra del material
dafiado cuyas fracciones volumétricas son 1 — p y
p, respectivamente. Cada fase estd formada por una

particula cerdmica (intacta o fracturada) embebida
en la matriz metdlica, de manera que el volumen de
la particula dividido por el volumen de la fase es la
fraccién volumétrica del refuerzo f. Sin pérdida de
generalidad se puede suponer (Fig.2) que ambas fases
son esféricas y que presentan un comportamiento
elasto-pldstico con endurecimiento por deformacién
is6tropo.

Se

. FASE INTACTA
©

e

FASE DANADA

EERERNEE

Fig. 2. Esquema del material compuesto dafado
a partir de celdas esféricas en las que se embebe un
refuerzo intacto o fracturado por una grieta.

La ecuacién constitutiva de cada fase se puede cal-
cular de manera independiente, suponiendo sendos
materiales compuestos en los que las particulas
cerdmicas se distribuyen de forma periédica. Cada
material compuesto se puede modelizar como una
red tridimensional de celdas prismdaticas de base
hexagonal con una particula de refuerzo (intacto
o fracturado) en el centro. La ecuacién constitu-
tiva de cada fase se obtiene simulando mediante
el método de los elementos finitos un ensayo de
traccién uniaxial sobre una celda representativa del
material compuesto sobre la que se imponen unas
condiciones de contorno adecuadas para que se sa-
tisfaga la compatibilidad de deformaciones entre
celdas adyacentes. Se ha despreciado el compor-
tamiento anisétropo de la fase dafiada inducido por
la presencia de la grieta en las particulas fracturadas.

Suponiendo que la distribucién del dano es aleato-
ria, la tensién y la deformacién efectivas en el mate-
rial @ = &(€, p) se pueden determinar a partir de la
t[:en]sién y la deformacién media de cada fase segin
10

d=(01-p)Gu+pby (13a)
e=(1-plé.+p& (13b)

donde los subindices u y d representan fase intacta
y dafiada respectivamente. El endurecimiento por
deformacién del material vendra dado por

A I A N T

de Jelp  LOplelOe
donde el primer término es la aportacién del endure-
cimiento de las fases manteniendo el dafio constante,
y el segundo término incluye el efecto de la rotura
de dp particulas a deformacién constante y la co-
rrespondiente redistribucién interna de las tensiones
entre las fases.
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4.2 Deformacidn pldstica con dano constante.

La fraccién volumétrica de cada fase no varfa du-
rante el proceso de deformacién a dafio constante
y, por lo tanto, el endurecimiento por deformacién
del compuesto se deberd sélo al primer término de
la ecuacién (14). Haciendo uso de las ecuaciones
(11), (12) y (4a) para el caso particular de dos fases
is6tropas esféricas tenemos:

L*S = L(I - 8) (15)
A, = (L*+L,) " HL* + L) (16a)
Ag= (L* +Lg) "L + L) (16b)
L=(1-pLyA,+ pLsAg (17)

Este sistema de ecuaciones no lineal se puede resolver
para calcular un nuevo valor de L en cada incre-
mento de deformacién, siguiendo el proceso iterativo
descrito al final de la seccién 3.2. Una vez calculado
L se actualizan las tensiones y deformaciones en el
material compuesto y en cada fase, y se determinan
los nuevos tensores de rigidez tangente en cada fase
que se utilzardn en el siguiente incremento de defor-
macion.

El célculo del tensor de rigidez tangente para mate-
riales con comportamiento elasto-plastico debe tener
en cuenta el efecto de la plasticidad. Aplicando las
ecuaciones de Prandtl-Reuss para un material con
endurecimiento por deformacién isétropo que veri-
fica el criterio de von Mises se llega a que [11]:

aaTL¢
alLéla + A) (18)

donde A y a son, respectivamente, el pardmetro de
endurecimiento por deformacién y el vector normal
a la superficie de plastificacién, y L el tensor de
rigidez eldstico de la fase i. En el caso del criterio de
plastificacién de von Mises, A es la pendiente de la
curva tensién-deformacidén pldstica en traccidn que
se obtuvo para cada fase mediante el andlisis por
elementos finitos de una celda representativa de cada
fase.

o =L =LNI

4.3 Variacién del dano.

La variacién del daifio se incluyé en el modelo
considerando la naturalez fragil de las particulas
cerdmicas empleadas como refuerzo. De acuerdo
con los postulados de la estadistica de Weibull, la
fraccién de particulas rotas puede evaluarse mediante

pzl——exp{——[g—:]m} (19)

donde &, es la tensidn que actia sobre el refuerzo
(obtenida en el andlisis por elementos finitos de la
fase intacta), y m y g son los pardmetros de Weibull.
La fraccién de particulas rotas durante cada incre-
mento de deformacién se puede calcular mediante
(19) conociendo el incremento de tensiones sobre las
particulas de la fase intacta. La relacién entre la
deformacién aplicada sobre la fase intacta y las ten-
siones sobre las particulas es uno de los resultados del
célculo por elementos finitos sobre una celda repre-
sentativa del material intacto. La deformacién de la
fase intacta dentro del material compuesto se puede
calcular siguiendo el método detallado en el apartado
anterior suponiendo que el material compuesto se ha
deformado a dano constante, y que la fractura de las

particulas se produce de manera instantdnea (a de-
formacién constante) una vez acabado el incremento
de deformacién a dafio constante. La fractura de dp
particulas origina una disminucién de la tensién en
el material compuesto determinada por (derivando
la expresién (4a))

B _q % oL (20)

dp dp dp

Para calcular dé/dp es necesario determinar pre-
viamente la variacion del tensor de rigidez del ma-
terial con respecto a la fraccién volumétrica de
particulas fracturadas. Derivando las expresiones
(17),(5a),(16a) y (15) podemos obtener

% = LdAd—LuAu+(1*p)Lu%+PLd% (21)
(1- p)djp” + pdjp“ —A-A, ()
AL -L)TE =T )
D= g e

que constituyen un sistema de ecuaciones no lineales.
Si se conoce la relacién entre la variacién del tensor
de rigidez del material dL/dp y la variacién del ten-
sor de Eshelby con respecto a la fraccidon volumétrica
dS/dp, este sistema se puede resolver iterativamente,
tal y como se expuso en la seccién 3.2. A par-
tir de un primer valor de prueba dL/dp, obtenemos
la. variacién del tensor de Eshelby dS/dp, y susti-
tuyendo este valor en (24) se obtiene la variacién del
tensor de confinamiento con respecto a la fraccién
volumétrica dL*/dp. Este valor introducido en la
ecuacién (23) nos permite obtener la variacién del
tensor de concentracién de la fase intacta dA, /dp,
y la fase dafiada a partir de (22). Sustituyendo es-
tos valores en (21) obtenemos un nuevo valor de la
variacién del tensor de rigidez del material y comen-
zamos con una nueva iteracién.

Las variaciones de tension en cada fase estdn gober-
nadas por el tensor de rigidez eldstica si se produce
una descarga, o por el tensor de rigidez tangente si se
produce un incremento de deformacién plastica. Si el
proceso de redistribucién se produce a deformacién
constante se comprueba que las tensiones en las fases
intacta y dafiada disminuyen. Este resultado per-
mite relacionar de una forma sencilla las variaciones
del tensor de rigidez del material (que son funcién de
dv/dp vy dE/dp) con la variacién de las componentes
del tensor de Eshelby, como en el caso de material
dafiado isétropo
dS dSdv
dp dvdp
Una vez obtenida la variacién del tensor de rigidez
del material con respecto a la fraccién volumétrica
danada, las tensiones y deformaciones en el material
se actualizan de acuerdo con (20), mientras que las
variaciones de tensién en cada fase vienen vendran
dadas por (26a) y (26b)
de, dA

de
2 =1L, &4+ L,A,—
o L, o €+ 7

(25)

(26a)
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s . dA, e
i =Lqg i €+LdAddp (26b)

5. RESULTADOS.

El modelo desarrollado en los apartados anteriores
se ha utilizado para simular las curvas tensién-
deformacién uniaxial en traccién de un material com-
puesto formado por una matriz metélica reforzada
con un 15% en volumen de particulas esféricas. Las
ecuaciones constitutivas de las fases intacta y dafada
se calcularon mediante el método de los elementos
finitos siguiendo el procedimiento descrito con ante-
rioridad. Se supuso que la matriz presentaba un com-
portamiento elasto-plastico con endurecimiento por
deformacién isétropo siguiendo el criterio de plasti-
ficacién de von Mises. Se eligieron las constantes
eldsticas de aleaciones de aluminio (E,, = 70 GPa y
V= 0.33) v la curva de endurecimiento por defor-
macién se ajustd a una ecuacién del tipo

1
o o1w
€= —+ [—] 27

Em A/ ( )
con A’ = 600 MPa y n = 0.1, que son valores
tipicos para aleaciones de aluminio de alta resisten-
cia. El comportamiento del refuerzo cerdmico se su-
puso eldstico y lineal hasta rotura y se utilizaron las

constantes eldsticas adecuadas para las particulas de
SiC (E, = 450GPa y vp = 0.17).

La influencia de los pardmetros de Weibull m y oy
de las particulas cerdmicas sobre las curvas tensién-
deformacién uniaxial en traccién se muestra en las
Figuras 4 y 5 respectivamente. Todas las curvas se
han dibujado hasta el punto en el que comienza la
inestabilidad pldstica de acuerdo con el criterio de
Considere (despreciando el incremento de volumen
asociado a la fractura de los refuerzos)

do
dep
va que, de acuerdo con los resultados experimentales
[2,7,12], este valor predice con bastante aproximacién

la ductilidad en traccidn de estos materiales com-
puestos.

=g (28)

Los resultados de ambas figuras ponen de manifiesto
que la fractura progresiva de los refuerzos ceramicos
influye de manera importante en la resistencia
mecanica y, sobre todo, en la ductilidad de los mate-
riales compuestos. En particular, es importante ob-
servar que la ductilidad de los materiales compuestos
con dafo progresivo es inferior a la ductilidad del ma-
terial compuesto completamente dafiado. Este com-
portamiento se puede explicar teniendo en cuenta
que la fraccién de particulas rotas aumenta muy
rapidamente con la deformacién cuando las tensiones
en las particulas se aproximan a og. La rotura de
una fraccién importante de particulas para pequefios
incrementos de deformacién da lugar a un fuerte
descenso de la capacidad de endurecimiento por de-
formacién del material compuesto, de modo que se
alcanza la condicién de inestabilidad pldstica y se
produce la fractura. Este fenémeno es méas acusado
al aumentar el mddulo de Weibull de las particulas
(Fig. 4.) porque la fraccién de particulas rotas
aumenta mds rapidamente con la tensién aplicada
(ver ecuacién (19)) y la localizacién del dafio es més
acusada. La Figura 5 muestra las curvas tensién-
deformacién uniaxial en traccién en funcién de la

resistencia caracteristica de los refuerzos. Cuando
la resistencia mecénica de éstos es pequeiia (refuerzo
débil embebido en una matriz resistente og/4" —
0), el comportamiento elasto-pldstico del material
compuesto tiende asintéticamente hacia el com-
portamiento elasto-pldstico del material totalmente
danado. En el extremo contrario de un refuerzo re-
sistente embebido en una matriz débil (op/A" — oo
), practicamente no existe dafio, y la curva tensién-
deformacién se acerca a la del material intacto.

700
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%«3400-—
©300 p=0%

I ——-——e-——p=100°/o
200 o met
100 o m=3

—O— M=6
0 1 l A 1 ! ‘ L i i i A,
0 2 4 6 8 10 12

e (%)

Fig. 4. Efecto de la variacién del médulo de Weibull
m en las curvas tensidén-deformacién del material
compuesto en régimen elasto-plastico. Resistencia
caracteristica og = 1000MPa.
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Fig. 5. Efecto de la variacién de la resistencia
caracteristica o (normalizada con A’} en las cur-
vas tensién-deformacién del material compuesto en
régimen elasto-plastico. Médulo de Weibull m = 6.
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Sin embargo, para valores intermedios de la resisten-
cia caracteristica, la ductilidad del material com-
puesto presenta un minimo cuando gg=A’.

6. CONCLUSIONES.

Se ha desarrollado un modelo para determinar el
comportamiento elasto-pldstico de materiales com-
puestos con dafio progresivo, sometidos a una histo-
ria de tensién y deformacién determinada. E]l mate-
rial se ha modelizado a partir de dos fases, una in-
tacta, y otra totalmente dafiada. La ecuacién consti-
tutiva de cada fase se obtiene a partir de cdlculo por
elementos finitos de sendas celdas unitarias represen-
tativas de cada una de las fases. El modelo tiene en
cuenta la interaccién entre las fases dentro del mate-
rial compuesto a partir de los postulados del método
autoconsistente aplicado en su forma incremental.
El comportamiento del material durante cada incre-
mento de deformacién se estudia suponiendo que am-
bas fases se deforman inicialmente manteniendo con-
stante la fraccién de particulas rotas. Los resulta-
dos de este andlisis permiten conocer el incremento
de tensidén en las particulas embebidas en la fase in-
tacta y calcular la fraccién de particulas rotas du-
rante este proceso a partir del modelo de Weibull. A
continuacién se determina la redistribucién de ten-
siones entre ambas fases a deformacién constante de-
bido a la rotura de los refuerzos utlizando también el
método autoconsistente. El modelo se ha utilizado
par determinar la curva tensién-deformacién uniaxial
en traccién de un material compuesto y se ha ana-
lizado la influencia de los pardmetros de Weibull de
las particulas cerdmicas en la resistencia mecdnica y
ductilidad del material compuesto.
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ANALISIS DE FISURA COHESIVA POR INTEGRACION DE SOLUCIONES ELASTICAS
J. Planas, C. Rossellg, 1. Arbilla, G. V. Guinea y M. Elices

Departamento de Ciencia de Materiales
Universidad Politecnica deMadrid
ETS Ingenieros de Caminos
Ciudad Universitaria, 28040 MADRID

Resumen. Este articulo describe una técnica numérica especialmente adecuada para el andlisis de fisuras
cohesivas en procesos de rotura en modo I, como los que usualmente se producen en ensayos de laboratorio.
Esta técnica, denominada de fisuras superpuestas, utiliza una superposicién de soluciones para fisuras
eldsticas de distinta longitud para reducir el problema a una ecuacidn integral sobre la zona cohesiva, cuyo
nicleo es particularmente adecuado para el tratamiento numérico. Ademds de la formulacién analitica,
se describe con detalle la discretizacién de la ecuacidn integral resultante introduciendo distintos tipos de
funciones de forma y se estudian las prestaciones del método para el caso de una placa infinita con fisura
pasante y zona cohesiva de Dugdale. Los resultados indican que el método es eficiente, especialmente
cuando se usan funciones de forma singulares en la punta de la fisura inicial.

Abstract. This paper describes a numerical technique specially suited to analyze cohesive crack growth in
mode I fracture processes, as usually found in laboratory testing. This technique, called the smeared-tip
method, makes use of a superposition of solutions for elastic cracks of different lengths to reduce the problem
to an integral equation over the cohesive zone, whose kernel is particularly simple to handle numerically.
After the analytical formulation, the paper describes the discretization of the resulting integral equation using
various shape functions and studies the performance of the method for the case of the center-cracked panel
with Dugdale’s cohesive zone. The results show that the method is efficient, most specially when singular
shape functions are used adjacent to the initial crack tip.
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1 INTRODUCCION

El modelo de fisura cohesiva, tal como fue reformulado
por Hillerborg y colaboradores [1], es una extensién de
las aproximaciones iniciales de Dugdale y Barenblatt [2,
3] que ha sido extensamente utilizada para describir la
fractura del hormigdn y de otros materiales cuasifrdgiles,
como ciertos pldsticos, cerdmicos y compuestos.

El modelo, descrito con detalle en varios trabajos [4-8],
consiste, en su versién mds simple, en suponer que el
material se comporta de forma eldstica lineal e isétropa
hasta que la tensién principal mayor alcanza la resistencia
atraccion f;, en cuyo momento se abre una fisura cohesiva
perpendicular ala tensién principal mayor. A partir de este
instante, la apertura de la fisura cohesiva aumenta pero
sigue transmitiendo tensiones entre sus caras. Cuando la
grieta cohesiva se abre en modo I de forma mondétona, la
tension transmitida o viene dada por una funcién univoca
de la abertura de la fisura w:

o= f(w) ey

donde f{w) es unafuncién no creciente de w, denominada
funcidn de ablandamiento.

zona _ligamento
cohesiva sano
=0 = o=f0w) w=0

4

entalla -

Figura 1: Representacién de la fisura cohesiva.

En este articulo se describe una técnica de tratamiento
numérico para el problema ilustrado en la Fig. 1, corriente
en ensayos de laboratorio, en el que, a partir de una fisura
o entalla preexistente, se propaga una fisura cohesiva en
modo L.

Como se indica en la figura, las condiciones a cumplir a lo
largo de la linea de la fisura son las siguientes: (1) sobre la
entalla o fisura inicial las tensiones son nulas, (2) sobre la
zona cohesiva la tensién estd relacionada con la apertura
por (1), y (3) sobre el ligamento sano la apertura es nula.
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Este problema ha sido tratado por varios procedimientos,
entre los que destacan por su rapidez los métodos de inte-
grales de contorno, que aprovechan el hecho de que fuera
de la zona cohesiva el material es eldstico lineal, para bus-
car la solucién como suma (integral, en la formulacién
analitica) de casos eldsticos de solucién conocida.

En este articulo se analiza un método integral denomi-
nado método de las fisuras superpuestas ya que expresa
la solucién por medio de una superposicién de soluciones
para fisuras eldsticas de distinta longitud. La Seccién 2
describe la formulacién analitica del método. La Seccién
3 estudia la discretizacién de de las ecuaciones integrales,
y muestra que mediante funciones de forma adecuadas
puede obtenerse un sistema de ecuaciones cuya matriz de
rigidez secante es constante y triangular inferior, lo que
reduce mucho el tiempo de cdlculo. La Seccién 4 estu-
dia las prestaciones del método numérico para el caso de
una placa infinita con fisura pasante y zona cohesiva de
Dugdale, cuya solucién analitica es conocida.

2 FORMULACION INTEGRAL DEL METODO
DE LAS FISURAS SUPERPUESTAS

El método de las fisuras superpuestas consiste en escribir
la solucién de un problema de fisura cohesiva como suma,
en este caso integral, de casos correspondientes a fisuras
de diferente longitud s, variando entre 0 y D, de forma
que para cada s el sdlido estd sometido a una carga in-
finitesimal dP(s) (Fig. 2). De acuerdo con el esquema de
superposicién, la tensién y la abertura de los labios de la
fisura resultantes son [9-13]

o(z)

D
/o S(a,s)dP(s) 2)

il

D
w(x) / W(z,s)dP(s) 3)
0

donde S(z,s) y W(x, s) representan la tensién y el de-
splazamiento de los labios de la fisuraen el punto = cuando
lapunta de la fisura llega hasta s y el cuerpo estd sometido
a una carga unidad (P = 1). Es evidenle que para una
fisura eldstica de longitud s, la tensién serd nula en aquel-
los puntos situados sobre la misma y también serd nula la
abertura de aquellos que estén en el ligamento sano. Asf
que se cumple:

S(z,s) = 0 para r<s y
W(z, s) 0 para T>s 4)

fl

La mecdnica de la fractura eldstica lineal indica que
S(z, s) es singular cuando z — s — 0%, donde es propor-
cional a (z — s)~!/2, y ademds W (x, s) es proporcional
a (s —z)'/? cuando s — z — 0F.

Es conveniente interpretar las integrales anteriores en el
sentido de la teorfa de las distribuciones y escribir dP(s)

Yp
AdP(s)

D X
poned j W(x,s) dP(s)
s=0 =

YdP(s)

Figura 2: Descomposicién por fisuras superpuestas.

como p(s)ds donde p(s) es una densidad de carga para
fisuras cuya longitud es préxima a s. De acuerdo con esto
y con las condiciones (4), las integrales se reducen a:

o - [ " Sz, ) pls) ds )

D
/ W(z,s)p(s)ds (6)

£
&
]

Dada la distribucién de densidad de carga p(s), la carga
total aplicada se obtiene por simple adicién de los d P(s),
como se deduce de la Fig 2, de lo que resulta

p=[ar= [ peras 0

Imponiendo las condiciones indicadas en la Fig. 1, dis-
cutidas en la seccién anterior, con las expresiones (5) y
(6) para la tensién y abertura de fisura, obtenemos las
ecuaciones integrales siguientes:

x

S(z,s)p(s)yds = 0 z<ap (8)
0
3 D
S(z,s)p(s)ds = fl:/ W{(z, s) p(s) ds}
0 z
a<zr<a 9)
D
/ Wi(z,s)p(s)ds = 0 a<z<D (10)

El primero y el dltimo grupo de ecuaciones se pueden
resolver independientemente porque son de tipo Volterra
con término independiente nulo, cuya solucién es la triv-
ial, es decir:

p(s)=0 para s<agy y a<s<D (1)

lo cual significa que p(s) es no nula unicamente dentro de
la zona cohesiva. De acuerdo con esto, la ecuacion (9) se
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puede reescribir como

/a : S(z,s)p(s)ds = f[ /I ’ Wz, s) p(s) ds] (12)

para ap < = < a, donde lo tinico que ha variado son los
limites de integracién, de acuerdo con (11).

Suponiendo que los nidcleos S(z, s) y W{z, s) son cono-
cidos, el problema pasa a ser el de resolver la ecuacién
anterior para p(s) en ap < s < a, dada la longitud de la
fisura cohesiva a. Entonces las tensiones y las aberturas
en un punto cualquiera se obtienen de (5) y (6), y la carga
de (7). Estas ecuaciones se pueden reescribir, teniendo en
cuenta (11), como

min(z,a)
olz) = / S(a,s)p(s)ds (13)

ag

w(z) = /a W(z.s)p(s)ds (14)

max(z,a0)

P

il

/ p(s)ds (15)

Se sobreentiende que las integrales sc anulan cuando el
limite inferior excede el limite superior (o sea, o(z) = 0
paraz < ag, y w(z) =0paraz > a).

Antes de empezar el andlisis de los métodos numéricos
para la solucién de la ecuacidn integral (12), hay que
destacar que p(s) es singular en la punta de la entalla
inicial siempre que la tensién a derecha de ese punto no
sea nula. Planas y Elices [8, 9], demostraron que la sin-
cularidad es del tipo

p(s) = 5o(ad)s —a0) 2+ R(s)  (16)
donde o(af) es la tension cohesiva en la parte derecha
de la punta de la entalla y R(s) es una funcidn regular
en s = ag. En la préxima seccién sc¢ verd cémo esta
propiedad puede ser usada en la formulacién numérica
para mejorar la precisién.

3 METODO DE DISCRETIZACION

Para discretizar el problema se aproxima p(s) porun con-
junto de funciones base ¢;(s) (i = 1,---,m) que de-
penden dnicamente de la posicidn (funciones de forma)
multiplicadas por m coeficientes u; tales que

p(s) = Z éi(s)u, a7

donde se supone que las funciones de forma cubren toda
la linea de la fisura desde s = 0 hasta s = D. A priori,
las funciones de forma no tienen una estructura especial.
Pueden ser funciones de forma globales (polinomios, por
ejemplo) o pueden estar definidas localmente, como es

corriente en elementos finitos. El problema se reduce en
cada instante a determinar los m coeficientes u;, lo cual
requiere un sistema de m ecuaciones algebraicas.

Resulta cdmodo utilizar, en lugar de las incégnitas “natu-
rales” u;, las incognitas con ellas relacionadas A P; tales
que cumplan

P= f:APi (18)
i=|

Larelacién de las A F; con las u; se obtiene sustituyendo
(17) en (7) ¢ identificando la expresién resultante para P
con la (18). El resultado es

AP
A

U; =

D
, ¢on Ai :/ q‘)z(m)dz (19)
0

Una vez definida las funciones de aproximacion, es pre-
ciso determinar las incognitas A F;, para lo que podemos
adoptar el tratamiento numérico mds simple, el de colo-
cacién por puntos, en el que se obliga a que la ecuacidn
integral se cumpla exactamente en m puntos, de coorde-
nadasz; (1 = 1,- .-, m). Lasexpresiones de las tensiones
y las aperturas se obtienen haciendo z = z; en (5) y (6).
Sustituyendo también p(s) por la expresién (17) , con u;
dado por (19), al final obtenemos

m m
oi=Y RiAP;, wi=Y DyAP;  (20)
j=1 j=1

donde Rj; y D;; vienen dados por

! omi 3;(8)S (w4, 5) ds
Rl = 2%
fo d’j(S) ds
P ()W iz, ) ds
1P 95(s) ds

Nétese que R;; y D;; resultan ser los promedios ponder-
ados por ¢;(s) de las funciones S(z;, s) y W(z;, s).

ey

i (22)

El siguente paso en el andlisis consiste en seleccionar las
funciones de forma ¢;. Sélo se van a analizar aquf las posi-
bilidades mds simples, que corresponden a las funciones
de forma rectangulares, representadas en la Fig. 3a. Por
conveniencia, se asigna la etiqueta 5 a la funcién de forma
rectangular cuyo borde derecho estd situado en el punto
de colocacién x; (Fig. 3a), asf

pi(z)y =1 para  z; —Az; <z <z; (23)
y 0 fuera de este dominio; Ax; es el tamafio del elemento
a la izquierda del nodo j, ie., Az; = x; — x;_; para
i>ly Az =1

Suponiendo puntos de colocacién equiespaciados, z; =
iAz, se deduce de (19) que A; = Az y de acuerdo con
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Figura 3: Discretizacion del método integral de las fisuras
superpuestas: (a) funciones de forma rectangulares, y (b)
elemento singular en la punta de la entalla inicial.

(21) y (22), las expresiones para los elementos de R’ y D
son

I jlx
R, = — S(iAx.s) ds
’ Az Jij-nax
para 1> ] (24)
1 jAzx
Dy = — W(iAz,s) ds
Y Az Jii-1yax
para 1< ] (25)

y todos los elementos fuera de los intervalos citados arriba
paraiy 7 son nulos, por lo que resulta que R’ es una matriz
triangular inferior, mientras que D es triangular superior.

Con estas expresiones, la ecuacién integral (12) queda
reducida al sistema de ecuaciones

Z R;AP; = Z D,;AP; (26)

J=ng+1 J=idl

donde se supone que la zona cohesiva ha alcanzado el
nodo ng, los indices 7 y 7 toman valores en el intervalo
[nt +1,nc], y se sobreentiende que AP; = 0 para j fuera
de dicho intervalo.

Como veremos con un ejemeplo en el apartado siguiente,
la precision puede mejorarse mucho si se usan funciones
de forma que contengan la singularidad (16). La forma
mds simple consiste en modificar sélo la funcién de forma
del intervalo adyacente a la punta de la entalla, tal como
se representa en la Fig. 3b. Si la punta de la entalla estd
situada en el nodo n; (es decir, z,,, = ap) la funcién de
forma correspondiente al nodo siguiente (§ = n; + 1) se
sustituye entonces por

1
= n, <8< T, 2
¢m+l(3) \/-;:_—5(; para In, § < Tpy+l ( 7)
con ¢p,+1(s) = 0 fuera del intervalo indicado, De

acuerdo con (19), resulta A,,, 4| = 2V Az y por tanto

REREREE

a," da,

TYTTV T

Figura 4: Placa con fisura central.
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las columnas 7 + 1 de las matrices R’ y D se modifican
como sigue:

(n+DAz 5 Az, s)

!
/ = d
netl) 2\/Am A Vs —ag y
para 7 > ny + 1 (28)
D (etDAT wr Az, 5)
41y = 2\/5—5 "\/—g———_—;&-—o—
para 1 < e+ 1 (29)

4 ANALISIS DE PRESTACIONES

Para analizar las prestaciones del método y de los méritos
relativos de las funciones de forma antes presentadas, se
considera un panel infinito sometido a una tensién remota
O conuna fisura inicial de longitud 2ay (Fig. 4), con una
zona cohesiva de Dugdale, para cuyo caso se conocen las
soluciones analiticas.

Puesto que en el modelo de Dugdalce la tensidn cohesiva
permanece constante ¢ igual a f;, la ecuacién integral
discretizada (26) se reduce ahora a

parai=n;+1,---,n. (30)

Z R, AP; = f,

J=n.+1

que es un sistema lineal triangular que se resuelve facil-
mente for sustitucién hacia adelante.

Para determinar las matrices R’ y D, se parte de la
solucién conocida para fisuras eldsticas de longitud ar-
bitraria (ver, por ejemplo, [7], pdgina 38), de las que in-
mediatamente se deduce, identificando o, con P, que los
nicleos de las ecuaciones integrales son

S(.’E,S) == ————% para >8>0 (31)
22— s
4

Wiz,s) = —E—ﬁ\/sz—zz prra0 <z <s (32)

Sustituyendo estas expresiones en (24) y (25) se obtienen,
porintegracién analitica, las expresiones de jo y D;; para
funciones de forma rectangulares. Sustituyendo en (28) y
(29) se obtienen las integrales correspondientes para fun-
ciones de forma singulares. Como estas dltimas integrales
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Figura 5: Resultados para funciones de forma rectan-
gulares con distintos tamafios de malla: Curvas carga-
CTOD. (wp = CTOD.)
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Figura 6: Resultados para funciones de forma singulares
con distintos tamaiios de malla: Curvas carga-CTOD.

son, en su mayorfa, de tipo eliptico con singularidades en
alguno de sus extremos, se han calculado numéricamente
usando el método de Gauss-Jacobi o Gauss-Chebyshev
con cinco puntos de integracién (ver, por ejemplo,[14]).

La Fig. 5 muestra las curvas tensién-CTOD calculadas
con distintos tamafios de red usando funciones de forma
rectangulares, para distintaq separacién entre nodos Az.
Las curvas muestran que la precisién conseguida es rel-
ativamente buena incluso para mallas bastante groseras.
Todavia mejores, como podia esperarse, son los resultados
cuando se utilizan funciones de forma singulares, como
puede apreciarse en la Fig. 6. Sin embargo las diferen-
cias esenciales entre ambos tipos de elementos se hacen
mds claras cuando se analiza el error relativo represen-
tado en la Fig. 7. La caracterfstica mds destacable, es
que si no se usan elementos singulares el error relativo
inicial no tiende nunca hacia cero, independientemente
de la densidad nodal, como indica la linea de trazos en la
Fig. 7a, que es el lugar geométrico de los resultados para la

(a) 40
primera iteracién
o 35k ~ linea de error relativo
’g /
] 30 -
5 Ax=afn
[
2
a8
¥
=)
N’
S
=

2
®) 10
primera iteracién
!linea de error relativo
g /
©
=
'?8
°
S
. 1 2
E'w;
4 a, f(

Figura 7: Error relativo en la prediccion de carga para
un CTOD dado: (a) si se usan funciones de forma rect-
angulares y (b) si se usan funciones de forma singulares.
(wr = CTOD.)

primera iterdcion. Esta linea tiene una interseccién verti-
cal préxima al 23.3%, lo que significa que el error relativo
al principio de la carga no se puede disminuir por debajo
de ese valor cualquiera que sea el tamafio de malla. La
Fig. 7b muestra, por el contrario, que si se usan elementos
singulares, el error inicial converge hacia cero al tender el
espaciado hacia cero.

Para estados mds avanzados de carga, el error dismin-
uye para ambos tipos de funciones de forma, pero cuando
se usan funciones de forma singulares el error es mu-
cho menor. Esto se observa en la Fig. 8, en la que
los errores relativos en la prediccién de la tensién para
wr = 2apfy/E’ se han dibujado para ambos tipos de
funciones de forma. Obviamente, el espaciado de nodos
necesario para obtener un cierto grado de precisién es mu-
cho menor cuando se usan funciones de forma singulares.
Por ejemplo, si se requiere un 1% de precision, el espaci-
ado de nodos es cercano a ag/12 si se usan funciones de
forma singulares y en el otro caso se requiere ag/84. Esto
significa que el nimero de nodos esté en la proporcién de
1a7, lo que repercute muchisimo en el tiempo de célculo,
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FACTOR DE INTENSIDAD DE TENSIONES DINAMICO EN PROBETAS DE FLEXION EN TRES PUNTOS Y
DE FLEXION EN UN PUNTO SOMETIDAS A PULSOS DE CARGA DE CORTA DURACION.

L. Rubio, J. Fernandez-Saez y C. Navarro

Departamento de Ingenieria Mecanica.
Universidad Carlos III de Madrid
C/ Butarque, 15. 28911 Leganés. (Madrid)

Resumen. En este trabajo se han modelizado numéricamente, por el método de los elementos finitos,
ensayos dindmicos de flexién en tres puntos y de flexién en un punto sobre probetas Charpy fisuradas.
Estos ensayos se realizan empleando dispositivos experimentales basados en la barra Hopkinson. Se han
simulado, tanto la probeta como la barra que transmite los pulsos de carga. Se ha obtenido el factor de
intensidad de tensiones dindmico para cada tipo de ensayo, analizando las diferencias derivadas de las
distintas condiciones de apoyo y se ha comparado con el obtenido a partir de variables que pueden ser
medidas experimentalmente durante el ensayo.

Abstract. In this work we present a full-numerical analysis of three-point and one-point dynamic bending
tests on cracked Charpy specimens. The tests can be performed using a special arrangement of the Split
Hopkinson Pressure Bar device. The dynamic stress intensity factor has been computed for both cases
and the influence of the boundary conditions has been analyzed. Also, the dynamic stress intensity factor

has been obtained from other variables which could be measured during the impact test.

1. INTRODUCCION

El conocimiento de las propiedades de fractura
dindmica de los materiales es esencial para el disefio
mecdnico de componentes sometidos a cargas
impulsivas. Cuando las condiciones del problema son
tales que el comportamiento eldstico lineal es
predominante, los criterios de fractura se establecen a
través del factor de intensidad de tensiones dindinico.
La tenacidad de fractura dindmica, K, se puede obtener
a partir de un ensayo de impacto sobre una probeta
fisurada, como el valor que toma el factor de intensidad
de tensiones dindmico, Kldm, en el instante t,, en el que
comienza la propagacidn inestable de la fisura.

Cuando se desea medir la tenacidad de fractura
dindmica del material a velocidades de solicitacién muy
elevadas (I‘(Iz 10°MPam"” s'l) se recurre a dispositivos
que son modificaciones de la cldsica barra Hopkinson,
en los que se realizan ensayos de flexién en tres puntos
[1,2] o ensayos de flexién en un punto [3,4].

As{ pues, para la determinacién de la tenacidad de
fractura dindmica utilizando este tipo de ensayos, es de
vital importancia conocer la evolucién temporal del

factor de intensidad de tensiones dindmico.

En este trabajo se ha realizado una simulacién
numérica de estos ensayos con objeto de analizar las
diferencias de comportamiento derivadas de las
distintas condiciones de apoyo. En la modelizacién se
ha incluido tanto la probeta de flexidn, como la barra
incidente que transmite el pulso de carga.

2. OBTENCION DEL FACTOR DE INTENSIDAD
DE TENSIONES DINAMICO

En este apartado se enumeran los métodos que se
utilizan mds habitualmente para la obtencion del factor
de intensidad de tensiones dindmico para probetas de
flexién en tres y en un punto. En la figura 1 se muestra
un esquema del dispositivo que se emplea para este tipo
de ensayos. Consta, bdsicamente, de una barra incidente
y de un sistema de apoyo (en el ensayo de flexién en
un punto, éste no existe) que a veces estd compuesto
por otras dos barras [2]. La probeta se sitia entre la
citada barra incidente y los apoyos (cuando existen). La
barra incidente es impactada por otra barra (proyectil),
generalmente mds corta y del mismo didmetro y
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Fig. 1. Esquema del dispositivo para la realizacién de ensayos de flexién dindmica.

material que la incidente, generdndose una onda de
compresién que viaja a través de ella. Parte de esta onda
se transmite a través de la probeta y los apoyos y parte
se refleja como una onda de traccién. Asi pues, la
probeta se ve solicitada por una carga concentrada que
se aplica en su seccién central. La carga que estd
actuando sobre la probeta, P(U), se puede evaluar
utilizando la teorfa de propagacién de ondas eldsticas
unidimensionales, si se conocen en algin punto de la
barra las deformaciones que se producen al paso de las
ondas incidente y reflejada, dado que:

Pi(l)=AE(€i(l)+Er(l)) (hH

donde E y A son, respectivamente, el mdédulo de
clasticidad y el drea de la seccidn transversal de la barra
incidente y €(t) y g(t), son las deformaciones que
producen en la barra las ondas incidente y reflejada,
respectivamente.

La suma de esos pulsos se realiza llevando ambos a un
origen comiin de tiempo que se toma en el instante en
que la onda incidente alcanza la superficie de la
probeta.

Para obtener el factor de intensidad de tensiones
dindmico se han venido empleando distintos
procedimientos que se enumeran a continuacion:

- medida directa mediante técnicas dpticas [5, 6] y
fotoeldsticas [7].

- por el método de los elementos finitos utilizando
como condicién de carga la medida experimental como
se ha indicado anteriormente (ecuacién 1) y con las
correspondientes condiciones de apoyo [2, 4].

- mediante modelos simplificados, a partir del
conocimiento de la carga incidente y del primer modo
de vibracién de la probeta fisurada [8, 9]. Asi, para el

caso de flexién en tres puntos Kishimoto et al. [8] han
propuesto la siguiente férmula:

din t

Ki() o

e SN I ’ v 5

est Pi(t)J‘Pi(m sen (@ (t-) dn (2)
0

StH o . . .
donde K, es el factor de intensidad de tensiones
estdtico y @, es la frecuencia fundamental de la probeta
en las condiciones en las que se ensaya.

Para el caso de flexidn en un punto Kishimoto et al. [9]
también propusieron una formulacién en la misma
linea, pero que no conduce a expresiones tan simples
como la mencionada anteriormente.

3. SIMULACION NUMERICA

Se han simulado numéricamente, mediante el método
de los elementos finitos, ensayos de flexién en tres
puntos y flexién en un punto que se pueden realizar en
dispositivos de barra Hopkinson modificados. Para ello
se ha usado el programa ABAQUS [10].

Como barra incidente se ha modelizado una de 700 mm
de longitud y seccién circular de 22 mm de didmetro,
cuyo extremo en contacto con la probeta tiene la forma
del impactador que se usa en el ensayo Charpy cldsico.
Las dimensiones de la probeta utilizada en la
simulacién son las de la probeta Charpy, con una fisura
que alcanza la mitad del canto, es decir, L = 55 mm, W
=10 mm, S =40 mmy a=5 mm (ver figura 1) y con
un espesor de 10 mm.

Por razones de economia de cdlculo, se ha analizado el
problema como bidimensional. Asi, la probeta se ha
modelizado en deformacién plana mediante una maila
compuesta por 464 elementos y 1479 nudos. Dado que
la barra incidente tiene seccién circular y su estado
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tensional es uniaxial, se ha decidido analizar su
comportamiento en tensién plana con una malla de
1082 elementos y 1363 nudos. El espesor de los
elementos es el necesario para mantener el drea de la
seccidn recta.

El pulso inicial de tensién que se ha introducido se
puede ver en la figura 2.

o/G,

—_—

0.1 0.9 t,

Figura 2. Pulso inicial de tensidn .

Los valores de ¢, y utilizados en la simulacién
fueron: -

o, = 100 MPa

t,= 100 us

Este pulso es, aproximadamente, el que se generarfa si
impactase sobre la barra incidente un proyectil de 250
mm de longitud a una velocidad de 5 m/s.

Se han simulado cada uno de los dos tipos de ensayos,
impidiendo el movimiento vertical del nudo en contacto
con el rodillo de apoyo, para el caso del ensayo de
flexion en tres puntos, y sin ninguna restriccién al
movimiento para el caso de flexién en un punto. Como
resultado del andlisis se ha obtenido la variacién con el
tiempo de la tensién segin la direccién longitudinal de
la barra en una seccién situada a 350 mm de los
extremos de la misma, los desplazamientos del punto de
carga de la probeta y del punto de la barra que entra en
contacto con ella, asi como el factor de intensidad de
tensiones dindmico. Ademads, en el ensayo de flexion en
un punto, se ha obtenido el desplazamiento del mismo
nudo que en el caso anterior estaba apoyado.

Se han considerado las mismas propiedades eldsticas
para el material de la barra y el material de la probeta.
Estas propiedades son:

Médulo de elasticidad, E = 200 GPa
Coeficiente de Poisson, v =10.3
Densidad, p = 7850 kg/m’

El factor de intensidad de tensiones dindmico se puede
calcular a partir de la tasa de liberacién de energia, G.
Dado que en este andlisis no se considerd crecimiento
de la fisura, el valor de G coincide con el de la integral J

de Rice [11], que el programa ABAQUS [10] calcula
directamente. En estas condiciones, el factor de
intensidad de tensiones dindmico, KIdm , para un caso de
deformacién plana, se puede calcular [11]:

din EJ
K = 3
2 (3)

4. RESULTADOS

A continuacién se presentan los resultados obtenidos en
este andlisis.

En la figura 3 aparece la onda de tensién
(adimensionalizada respecto a  ©,) en funcién del
tiempo (adimensionalizado respecto a la duracién del
pulso) que se registra en la seccién de referencia, para
los casos de flexidn en tres puntos (F3P) y de flexién en
un punto (F1P). En ella se puede observar que hasta un
cierto instante de tiempo, la ondas coinciden
independiente de las condiciones de apoyo de la
probeta, lo que indica que, hasta un cierto momento, la
carga incidente es igual para los dos tipos de ensayos
simulados.

1.2
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]llzll![ll'

_1.2I!I1I§91l’(!l!1|l]‘|llI1J
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<
—

Figura 3. Ondas de tensién en la barra incidente para
los ensayos de flexién en tres puntos y
flexién en un punto.

En la onda reflejada, ademas del efecto de la probeta y
del sistema de apoyos pueden influir efectos como el
amortiguamiento geométrico de la misma debido a que
el problema no es uniaxial, asi como el cambio de
forma de la barra en su extremo. En este sentido, la
ecuacién (1) puede dar como resultado cargas
incidentes no muy fiables.

En la figura 4 se presentan, para los dos tipos de
ensayos, los desplazamientos (adimensionalizados
respecto al canto de la probeta, W) del punto de carga
de la probeta y del punto de la barra incidente en
contacto con ella. Puede observarse que, en el ensayo
de flexién en tres puntos, la barra acompafia a la
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probeta y el desplazamiento alcanza un mdximo, en
tanto que en el ensayo de flexidon en un punto, se
produce una separacién entre la barra y la probeta.
Después de esta separacién la probeta sigue con
velocidad aproximadamente constante y el extremo de
la barra queda sin velocidad.

0.12
Probeta (F3P) ,
0.1 - - ¢ - - Barra (F3P) P
----- Probeta (F1P) , ’
0.08 - -8 - - Barra (FIP) ’
Ve

£0.06
=

0.04

0.02

Figura 4. Desplazamientos de barra y probeta en los
ensayos de flexién en tres puntos y en un
punto.

En la figura 5 aparece la variacién con el tiempo de los
factores de intensidad de tensiones dindmicos para el
caso de flexion en tres puntos y de flexion en un punto.

0 0.5 ! 1.5 2
t/t
P
Figura 5. Factores de intensidad de tensiones para los
ensayos de flexion en tres puntos y en un
punto.

Como puede verse, el mdximo valor del factor de
intensidad de tensiones que se alcanza en un ensayo de
flexién en un punto es considerablemente menor que el
que se obtiene en un ensayo de flexidn en tres puntos,
para las mismas condiciones de carga, por lo cual este
hecho puede limitar los materiales ensayados a aquellos
de caracteristicas mds frdgiles como los cerdmicos, por
ejemplo. Se puede obtener una estimacién de la
velocidad de solicitacion que sufre la probeta
dividiendo el valor maximo de K,"" entre el tiempo que

tarda en alcanzarse este valor mdximo. Estos pardmetros
resultan ser 1,5 MPa m"* s para el caso de flexién en
tres puntos y 1,3 MPa m'? s para el caso de flexién en
un punto.

A titulo comparativo, se ha obtenido, también, el factor
de intensidad de tensiones dindmico a partir de
desplazamientos de la probeta que se podrian medir
durante la realizacién del ensayo. En el caso del ensayo

‘. di
de flexién en tres puntos, K| " se puede obtener como:
K =k 4
1 TX1Uc 4

donde u_ es el desplazamiento del punto de carga de la
probeta en el ensayo dindgmico y k, es la misma
constante de proporcionalidad que para el caso estdtico
[8]. Para el cdlculo de esta constante es necesario
conocer la flexibilidad de la probeta. En este andlisis se
ha tomado la que proponen Pastor et al. [12] para la
probeta de flexién en tres puntos.

En la figura 6 se comparan los factores de intensidad de
tensiones dindmicos correspondiente al ensayo de
flexién en tres puntos obtenidos con la ecuacién (3) y
mediante la expresion (4) a partir del desplazamiento
del punto de carga.

16 —
- G
12 +—
Q " o
~3 Ecuacion (3)
P 8 = = & = = Hcuacion (4)
L
¥ 4
O L L i l i I i |
0 0.5 1.5 2

1
t/tp

Figura 6. Factor de intensidad de tensiones dindmico
para el ensayo de flexién en tres puntos
obtenido por diferentes procedimientos.

En el caso del ensayo de flexidén en un punto, se ha
obtenido también el factor de intensidad de tensiones
como [9]:
di
Klm =k, (uc—ua) (5)

donde u, es el desplazamiento del punto que estarfa
apoyado si se tratase de un ensayo de flexién en tres
puntos. La constante de proporcionalidad k, se
considera aproximadamente igual a la correspondiente
al ensayo de flexién en tres puntos, k, [9].

En la figura 7 se comparan los factores de intensidad de
tensiones dindmicos correspondiente al ensayo de
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flexién en un punto obtenidos con la ecuacién (3) y
mediante la expresién (5) a partir del desplazamiento
relativo entre el punto de carga y el punto que estarfa
apoyado si se tratase de un ensayo de flexién en tres
puntos.

8 .
I Ecuacion (3)
6 - . - ~ = & -~ - BEcuacién (4)
d L Q
=
4 /
M T ‘ D
2 -
0 1 1 | 1 I | 1 I ] o ]
0 0.3 0.6 09 1.2

t/tp
Figura 7. Factor de intensidad de tensiones dindmico
para el ensayo de flexién en un punto
obtenido por diferentes procedimientos.

Hay que destacar la gran precisidn con la que, en ambos
tipos de ensayos, se puede obtener el factor de
intensidad de tensiones dindmico a partir del
conocimiento del movimiento de la probeta, utilizando
férmulas validas para el caso estdtico.

5. CONCLUSIONES

En este trabajo se ha realizado un andlisis numérico de
los ensayos dindmicos de flexién en tres puntos y de
flexién en un punto que se realizan en dispositivos
basados en una barra Hopkinson modificada.

Este andlisis ha puesto de manifiesto que en un ensayo
de flexién en un punto el maximo valor que se alcanza
del factor de intensidad de tensiones dindmico es
considerablemente menor que el que se obtiene en un
ensayo de flexién en tres puntos para las mismas
condiciones de carga, aunque la velocidad de
solicitacién es similar. Por tanto, aunque los ensayos de
flexién en un punto pueden resultar mas sencillos de
gjecutar, al no requerir sistema de apoyo, deben
reservarse para materiales muy frdgiles.

En ambos tipos de ensayos el factor de intensidad de
tensiones se puede evaluar con gran precisién a partir
del conocimiento de los desplazamientos de puntos de
la probeta que se podrian medir durante el ensayo.

6. REFERENCIAS

[1] Ruiz, C. y Mines, R.AW. “The Hopkinson
Pressure Bar: an Alternative to the Instrumented
Pendulum for Charpy Test”. International Journal
of Fracture, 29, 101-109 (1985).

[2] Yokoyama, T. “Determination of Dynamic
Fracture-Initiation Toughness using a Novel Impact
Bend Test Procedure”. Journal of Pressure Vessel
Technology, 115, 389-397 (1993).

[3] Kishimoto, K., Takahasi, S. y Aoki, S. “One-Point
Bend Impact Testing of Ceramic Material”. Key
Engineering Materials, 51/52, 513-518 (1991)

[4] Wada, H., Seika, M., Calder, C.A. y Kennedy, T.C.
“Measurement of Impact Toughness for PMMA
with Single-Point Bending Test using an Air Gun”.
Engineering Fracture Mechanics, 46, 715-719
(1993).

[5] Ravi-Chandar, K. y Knauss, W.G. “An
Experimental Investigation into Dynamic Fracture:
1. Crack Initiation and Arrest”. International Journal
of Fracture, 25, 247-262 (1984).

[6] Benitez, F.G. y Andrade, L. “In-Plane Impact
Loading of Composites: Optical Evaluation and
Crack Severity Assesment for Graphie-Epoxy”.
Journal de Physique IV, Vol 7, C3-167/C3-174
(1997)

[7] Dally, JW., 'y Barker, D.B. “Dynamic
Measurements of Initiation Toughness at High
Loading Rates”. Experimental Mechanics, 28,
298-303 (1988).

[8] Kishimoto, K., Aoki, S. y Sakata, M. “Simple
Formula for Dynamic Stress Intensity Factor of
Pre-cracked Charpy Specimen”. Engineering
Fracture Mechanics, 13, 501-508 (1980).

[9] Kishimoto, K., Fujino, Y., Aoki, S. y Sakata, M. “A
Simple Formula for the Dynamic Stress Intensity
Fcator of an Impacted Freely-Supported Bend
Specimen”, ISME International Journal, 33, 51-
56 (1990).

[10]Hibbitt, H.D., Karlson, B.I. y. Sorensen, E.P.
ABAQUS User’s Manual. Version 5.6 (1996).

[11]Kanninen, MF. y Popelar, C.H. “Advanced
Fracture Mechanics.” Oxford University Press
(1985).

[12]Pastor, 1.Y., Guinea, G.V., Planas, J. y Elices, M. *
Nueva expresion de la flexibilidad para la probeta
de flexién en tres puntos”. Anales de Mecdnica de
la Fractura, 13, 69-74 (1996).



102

ANALES DE MECANICA DE LA FRACTURA Vol. 15 (1998)
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Resumen: En estudios anteriores se establecié un modelo matemdtico general para el estudio del proceso
de la nucleacién y crecimiento de una poblacién 3D de microfisuras. Como un primer paso en el
desarrollo de un modelo micromecénico de material frégil, en este articulo se resuelve el caso particular
de una poblacién de microfisuras paralelas y que permanecen paralelas durante el proceso de nucleacion
y crecimiento. El modelo numérico, sigue la evolucion de los momentos estadisticos de la funcién de
densidad que representa la distribucion en tamaiios de las microfisuras, en vez de estudiar la evolucién
temporal de la propia funcién densidad. Este método parece particularmente indicado en modelos de
material en los que se considera la variable interna dafio.

Abstract: A general microfracture mathematical model of the nucleation and growth of penny-shaped
microcracks size 3D distributions were stated in previous works. As a first step in the development of a
micromechanical model of a brittle material, in this paper we solve the specific case of a parallel-cracks
population that is convected by the flow, remaining parallel throughout the nucleation and growth
processes. Model that we solve numerically following in time the evolution of a finite number of statistical
moments of the density function representing the crack size distribution instead of keeping track of the
density itself. This approach seems adequate in models of materials were the internal variable damage is

considered.

1 INTRODUCCION

En este articulo consideraremos microfisuras circulares
y planas, y por ello en cada punto material definimos

una funcion de densidad de microfisuras /{t,r,7). Esta

funcion representa el nQimero de microfisuras por unidad
de volumen de tamarfio r, representado por su radio, y
orientacion n (caracterizada por la normal al plano de
la microfisura) en cada instante t.

En[1] y [3] definimos el ritmo T
r= —gf} +div,, g (Wt r,7) (9, 7)) (1)

donde, n(t,r,ﬁ) es la velocidad de propagacién de las
microfisuras de tamafio r y orientacion i y W(t,n) es

la velocidad de wvariacién de la normal a una
microfisura.

Si en un determinado punto material no hay nucleacién,
el ritmo I' serd cero, en caso contrario I' tomara un
valor igual a la tasa de nucleacion de microfisuras en
dicho punto.

En [1] demostramos la objetividad de I', que era una
propiedad previsible dada la naturaleza fisica de tal

ritmo, por ser la derivada de Lie L(w 7) h , considerada

la funcién £ un campo densidad tensorial.

Podemos expresar el anterior ritmo mds detalladamente
como,

oh  oh _ - oW _
r= —ﬁ—t’+w-é7’+ﬁn- grad, h+ h— -+ hdiv, )

En este articulo consideraremos la evolucién de una
poblacién de fisuras debida a nucleacidn y crecimiento
de microfisuras pero no su coalescencia. Estas
condiciones son representativas de los estados de
deterioro iniciales y medios.
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2 CRECIMIENTO DE MICROFISURAS

Seaman, Curran y Shockey (1976) [2]. mediante ensayos
de impactos de placas a altas velocidades propusieron la
siguiente ecuacion de crecimiento de fisuras,

dr |min(T] (cr" '0}) r,Cp) o, 20,
w(r)=—= (3)
dt 0 o, <0,
donde,
T, esuna constante del material
o. eslatension umbral de crecimiento
o, es latension normal a la grieta
Cr es la velocidad de Rayleigh

Para materiales fragiles, de acuerdo a la mecénica de la
fractura lineal elastica y para grietas de forma circular y
plana, o, estd ligada para cada tamaiio de defecto »
con la tenacidad de la fractura mediante la relacién,

o = |—K (4)

Expresando la relacién (3) en funcién de la carga
aplicada ¢, (y de las propiedades del material)
obtenemos la velocidad de crecimiento para cada
tamario de grieta r mediante,

( 0 si r<R
w(r)zl Yl‘o;,(r—\/'R—L\/l—') si R<r<R, (5)
Cy si rz R,

Es decir, en cada instante, clasificamos las fisuras en
tres grupos de tamafios:

1. Un primer grupo de fisuras formado por aquellas
fisuras de tamafio inferior a R. donde R es el
tamafio del defecto critico para la tensidén normal o,
y viene dado por la ecuacion,

T Kic i
r[s)

n

2

. Una segunda categoria de fisuras que crecen de
tamafio con una ley parabolica. Este grupo estd
formado por las fisuras de tamafio superior a R. e
inferior a R, , donde R, es el minimo tamafio de
fisura cuya velocidad de crecimiento es Cr
obtenida de (5)

ic, )
R = 41—t
e 2 Y T k) <7>

3. Aquellas fisuras con tamafio superior a R, que
crecen a la velocidad de Rayleigh.

3 ESTUDIO DE UNA POBLACION DE
MICROFISURAS PARALELAS

A continuacién vamos a estudiar la variacién de una
poblacién de microfisuras circulares con diferentes
tamafos pero teniendo todas las fisuras la misma
orientacién en el espacio. Cuando un material fragil
esta sometido a tensiones elevadas, se produce un
aumento del tamafio de algunas de las fisuras existentes
(crecimiento) y la aparicién de nuevas fisuras
(nucleacion).

Sea /#(rt) la funcidn que nos da la evolucion temporal
de la densidad de fisuras (nimero de fisuras por unidad
de volumen de material) para cada tamafio r.

La ley de conservacion de fisuras se expresa mediante la
ecuacion,

f_/l+ S(hw) )
At or = P (
donde,

w(r,t) es la velocidad de de las fisuras de
tamafio r en f
P (1,1) €8 1a tasa de nucleacion (niim. de

nuevas fisuras, de tamafio r, por
unidad de tiempo).

Esta formula es un caso particular de la ecuacion general
(2) si se suprime la dependencia de la orientacidn
espacial de las microfisuras.

Seguir la evolucién temporal de la funcién densidad' de
fisuras  h(r,t) exigirfa gran complejidad y coste
computacional. Por ello la idea fundamental es estudiar
la evolucién temporal de sus momentos estadisticos,

M= Fhend (=012, ()

En los modelos micromecdnicos de fractura se introduce
una variable interna local llamada dafio, que considera

'Notese que h(r,t) no es una verdadera funcién de
densidad en sentido estadistico para lo cual su integral
extendida a todos los tamafios de fisuras deberia ser
unitaria. Con la representacién elegida aqui dicha
integral es el ntimero total de fisuras y la denominacion
densidad tnicamente se refiere, en sentido estricto, a
fisuras por unidad de volumen.
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la perdida de la capacidad resistente del material debida
a la poblacion de microfisuras en cada punto.

El grado de deterioro o dafio habitualmente se considera
funcién del volumen total de los defectos y otros
parametros de la distribucién de microfisuras pero no de
valores concretos de su funcién densidad.

Dicho volumen es proporcional al momento de tercer
orden M;() de la poblacién de fisuras A(r,f) cuyo
valor es calculado, para cada instante, de una manera
directa con este método de representacién de la
poblacion de microfisuras.

A continuacién vamos a detallar un método numeérico
adecuado para su incorporacién, en un modelo de
material, en un programa de ordenador.

Sea 0=R,(f) <R () <---<R (t)<+00 una particién
del intervalo de tamafio de fisuras [0,+e) donde los
puntos Ri(t) pueden moverse con la velocidad de
crecimiento correspondiente a las fisuras de dicho radio
o con una velocidad distinta.

Considerando funciones de peso genéricas fi(r) los
momentos generalizados m (1) de la funcién densidad

de distribucion Afrt) en el intervalo  (R.(1),R(1))
vienen dados por,
{Jj .[R/“)
m (1) = o )fk (rYh(r, ) dr (10)
Ay !

Aplicando la clasica regla de diferenciacion de
integrales paramétricas obtenemos la evolucién
temporal del momento,

dm’ (1) dJ‘/e(

[y
(1) = (Y h(r,t)dr =
¢ dt dt f‘
(11)
R’ 511( ) r=R; )
J‘R,quk(/')————mm dr+7 f, (r)h(r,0)f,_ R 0
Podemos transformar esta Gltima ecuacion,
m{’(t):
R/j’ c/z(l 0, 2w, t)f‘(r)h(r )
Si(r)
Ry}
+ (= w(r ) [ VRO = (12)

R, (1) 0/1(1 1) a(u(f tYh(r, l))-l
e
+I ()H(I ) h(r, 1) f‘( ))

r=R 1)
r= /e/ 1)

+(F = w0 fi (NA(r, 1)

Sustituyendo la ecuacién de conservacién (8) en el
término entre corchetes de la ultima igualdad
obtenemos,

R )
i (=17 50 palrt)dr+
o 21)

i) Ar w(r, ) h(r,t)dr + (13)
= R Q]
Ry (1)

(F=w(r ) f, (Nhr,0),.

Notese que los términos no integrales de la anterior
ecuacion se anulan cuando los extremos de integracion
Ri.(t) y Ri(t) se mueven con la velocidad de apertura
de las fisuras de dicho tamafio.

Particularizando la ecuacién (12) para la funcion de
peso fi(r) =1* obtenemos,

(= [

R (1)

k pnuu(r’t) dl' +

kj'lw) U D Bt dr + (14)
Ry (1)
(l.' _ \l‘(l‘,t)) i /7(1',t)) ::;:j_(:()l)

Sumando la anterior ecuacion en el indice j se obtiene,

M, (1) = f:r“ ool ) dr+k L”r"*‘w(r,t)h(r,t) dr

(15)

La anterior formula nos daria la evolucion de M) si
los momentos del producto w(r¢h(rt) se pudiesen
calcular a partir de los momentos de A(i,¢). Sin embargo
es muy dificil calcular dichos momentos, al menos desde
un punto de vista computacional.

Para obviar la anterior dificultad, escogemos una
particion  R,(t) del intervalo de tamafios de fisuras
adecuado a las condiciones de nuestro estudio.

Elegiremos la particion R, =0, R (1)=R_ (1),
R,(t)=R, (1), R, (1)= R, (1)y R, (£)=+w donde

para cada instante

R, es el tamafio de defecto critico

R,, minimo tamafio de fisura cuya
velocidad de crecimiento es méxima

R; tamafio mdximo de las fisuras

siendo R, y Ry, sélo dependientes de la tensién normal
aplicada o,(1) en dicho instante y de las caracteristicas
del material.
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Vamos a continuacién a plantear la evolucién de los
momentos de la distribucién de fisuras en cada uno de
los intervalos para dos casos posibles:

e Poblaciones de fisuras cuyo tamafio maximo R, es
inferior a R,

e Poblaciones de fisuras cuyo tamafio méximo R, es
superiora R,

hir)

Figura 1 Poblacion de microfisuras cuyo tamafio
maximo es inferior a R,

4 POBLACIONES DE FISURAS DE TAMANO
Ry INFERIOR A Ry

Si en una poblacion de fisuras el tamafio maximo de
fisura R, es inferior al correspondiente a la velocidad
de Rayleigh R, (dado por la ecuacién (7))

consideramos dos intervalos de tamaiios: [O,Rc(t)] y

[R(0.R,(0)].
respectivamente, a las fisuras cuyo tamaiio no varia y a
aquellas que crecen

Estos dos intervalos corresponden,

Tramo I._Sin crecimiento ni nucleacién de fisuras

Para tamafios de fisura r inferiores al tamafio critico R,,
0 sea, si r€ [O,Rc(t)] no se produce nucleacién ni

crecimiento de fisuras. El tamafio critico R, en cada
instante, viene dado por el nivel de tensiéon normal al
plano de las fisuras y satisface la ecuacion (6).

Particularizando la ecuacién (14) a este caso con
pnuc (r’t) =0 Yy w(r,t):() ObtenemOS,

MU(6)=R REH(R,1)  (k=012,) (16)

Tramo II.  Crecimiento de fisuras con velocidad
inferior a la maxima v nucleacion

Para tamarios de fisura r superiores a R, e inferiores al
tamafio correspondiente a la velocidad de Rayleigh,
supondremos leyes de crecimiento de tipo lineal y
parabélico.

Mais concretamente, consideraremos tamafios
re [RL,(I),RI(I)] dado que el tamafio maximo de las

fisuras R, esinferiora R,

La tasa de incremento del nimero de fisuras en dicho
intervalo de tamafios, que es la variacién temporal del
momento de orden cero, se deduce a partir de la
ecuacion (14) teniendo en cuenta que las fisuras de

tamafio R, crecen con velocidad Rf = w(Rf,t), Su

expresion viene dada por,
MO”(t) = Nuc:(t) - RL, /7(R‘_,t) (17)

donde hemos simbolizado por Nucé’(t) a la integral

R
J
J;{ " p“w(r,t)dr que representa la tasa de fisuras

nucleadas en el tramo II
La ecuacion diferencial de los momentos de orden
superior, depende del tipo de ley de crecimiento de

fisuras:

e Ley de crecimiento lineal

Denominando a(;):(——-ﬁ—)— , 1a ley lineal de

crecimiento de fisuras en este tramo se expresa
mediante  w{r,t) =a(r)(r- R.). Esta ley sustituida
en la ecuacién (14) nos da la variacién de los
momentos de la funcion densidad de fisuras,

M) = Nue!'(2) + a(ey k(M (1) - R, M]! (1))

- RC R: h(Rc,t)
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J'R/(’) K
R.(1)
variacién del momento de las fisuras nucleadas en el

intervalo [R (1), R, (2)].

donde Nuc) (1) = P, \7st) dr representa la

e Ley de crecimiento parabdlico

Denominando  b(t)=T,0, , la ley lineal de

crecimiento de fisuras en este tramo se expresa,
(véase ecuacion ), mediante

w(r,t) = b(t) (r = JR, r'"*) Esta ley sustituida en la
ecuacion (14) nos da la variacién de los momentos
de la funcién densidad de fisuras,

M, (1) = Nuc] (1) +

by k(M ()= R, ML (0)-

R, REH(R 1)
(k=1/2,1,3/2.,2,--)

Notese que en este caso intervienen, ademas de los
momentos enteros, momentos semienteros de la funcion
densidad de fisuras.

Sumando las ecuaciones de variaciéon de los momentos
en los tramos 1 y 1l obtenemos la ecuacion diferencial
del nimero total de fisuras M, (1) = Nuc, (1) , que es la

tasa de nucleacion de fisuras en el intervalo [O,Rf(t)] .y

la variacion temporal de los momentos de orden
superior a cero,

AII‘ (1) = Nuck(t) + (1(1)/((1\11’(1) - R /\4[{1(1))

(20)
(k=12,)
para la ley de crecimiento lineal, y
K1, (0) = Nue, (1) + b k[ M) (0) - JR M), (1)
(k=1/2,1,3/2,2,-)
(1)

para la ley de crecimiento paraboélico.

5 POBLACIONES DE FISURAS DE TAMANO
Rr SUPERIOR A Ry

Para poblaciones de fisuras de un tamafio mdximo de
fisura R, superior al correspondiente a la velocidad de
Rayleigh R, consideramos tres intervalos de tamafios:

h(r)

Cr

Figura 2 Poblacién de microfisuras cuyo tamafio
méximo es superior a Ry,

[0.R(D].[R.(2). R, (0] y [, (), R, (1)].

Tramo I._Sin crecimiento ni nucleacion de fisuras

Para tamafios de fisura » inferiores al tamafio critico R,
,0sea, si re [O, Ro(t)] no se produce nucleacion ni

crecimiento de fisuras y la variacion de los momentos de
este tramo es la misma indicada en el apartado anterior
(véase ecuacion (16))

Tramo 1II.  Crecimiento de fisuras con velocidad
inferior a la méxima v nucleacion

Para tamarios de fisura r comprendidos entre R. y R,
supondremos leyes de crecimiento de tipo lineal y
parabdlico.

Si re [R ()R (t)] la tasa de incremento del niimero

(4 P w
de fisuras en dicho intervalo de tamaiios viene dada por
la siguiente férmula deducida a partir de la ecuacién

(14)

t)—RL_ h(R 1)

M;I(I)ZNUC:U)'*'(RW"CR)h(R ©?
(22)

w?

donde hemos tenido en cuenta que las fisuras de tamario
R, crecen con velocidad Cp (véase ecuacién (5))

La ecuacién diferencial de los momentos de orden
superior, depende del tipo de ley de crecimiento de
fisuras y se incluye a continuacion:
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e Crecimiento lineal w(r,t) =alt)(r- R)

M) = Nue (1) + a(ryk (M) ()= R, M (0)) +

(R, =Cp) REH(R, 1)~ R RF H(R,,1)

w?

(k=1,2,---)
(23)

e Crecimiento parabdlico H(l',t)Idl)(l‘-\/—[grvz)

W1 (6) = Nuel (1) + by k(M) (0) - JR. ML, ()
(R, -C )R H(R, 1)~ R R HR,1)

(k=1/2,1,3/2,2,-)
(24)

Tramo IIl. Crecimiento de fisuras con la velocidad
maxima v nucleacién

Para tamafios /" € [R“ (1), Rf(t)] las fisuras crecen con

la velocidad de Rayleigh Cj y latasa de variacion del
momento en este tramo viene dado por las ecuaciones,

S = Nuel” () = (R, - C,) W R, 1) (25)

O w?
M) = Nuel" () kC, M) (0 -

(&, -C,) R MR, 1) (26)

i

obtenida de la ecuacion (14) con R, = C, y Nuc," (1)

representa la variacion del momento producido por las
fisuras nucleadas en este tramo de tamafios.

Sumando las ecuaciones de variacién de los momentos
en tres tramos, obtenemos la ecuacién diferencial del
nimero total de fisuras A/ (¢) = Nuc,(t), que es la tasa

de nucleacién de fisuras en el intervalo [O,Rf(t)], y la

variacion temporal de los momentos de orden superior a
cero,

M) = Nue, (0) + atey k(M ()= R, M (1)) +

kC, M" () (k=1,2,3-)
(27

para la ley de crecimiento lineal, y

M, (1) = Nue, (0) + (@) k( M] (0) - JR, ML, (0) +

kC, M (1) (k=1/2,1,3/2,2,-)
(28)

para la ley de crecimiento parabélico.

6 EVALUACION DE LA FUNCION
DENSIDAD DE FISURAS

Para seguir la evolucién temporal de los momentos
estadisticos de la poblacién de fisuras (véanse
ecuaciones (16) a (19 y (22) a (26) es necesario calcular
el valor de la funcién densidad de fisuras /4 (r,1) en los
puntos r =R, (1) y r =R, (t) para cada paso de
integracion.

Esta funcién no es conocida explicitamente, sino a
través del valor de sus momentos respecto al origen. En
[1] se han estudiado dos métodos para evaluar la
densidad de fisuras h(r,t) a partir de sus momentos:
con distribuciones de maxima entropia y niediante
aproximacion polindmica.

7 CONCLUSIONES

En este articulo se expone un modelo numérico para la
representacion de una poblacion de microfisuras para
un caso particular, aunque representativo, de un modelo
micromecénico general 3D de un material fragil. La
extension del modelo numérico al caso general y su
incorporacion, como un modelo de material, en el
programa DYNA 3D estd en curso y serd objeto de
futuras publicaciones.
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Resumen. Las condiciones ambientales de trabajo de aceros estructurales y de conducciones de aplicacién
en instalaciones energéticas y petroliferas han puesto en evidencia la necesidad de encontrar una
metodologfa de caracterizacién de su resistencia a la fisuracién. Esta metodologia debe definir la cinética de
fisuracién en funcién de los pardmetros que controlan la misma, con cardcter universal, es decir, tanto en
régimen de dominio eldstico como elasto-pldstico. Este trabajo recoge los resultados de la aplicacién de
una metodologia experimental y analitica que se ha mostrado propicia para ser aplicada a los procesos de
fisuraci6én estudiados sobre probetas compactas, y en particular a aquéllos que comportan procesos
subcriticos asociados a la presencia de ambientes agresivos, como en el caso de los procesos de corrosién
bajo tensidn o fisuracién inducida por hidrégeno de aceros microaleados para los que ha sido desarrollada.
La metodologia ofrece resultados de gran interés en la caracterizacién cuantitativa del comportamiento de
fisuracién y su correlacién con los micromecanismos de rotura presentes, que permiten profundizar en el
estudio de las condiciones locales que propician la fisuracién.

Abstract. In order to characterize the resistance to environmental assisted cracking of the structural and
pipelines steels used in energy plants and offshore platforms, a methodology able to define the cracking
kinetics as a function of the parameters controlling it in both elastic and elastic-plastic conditions. This
work summarizes the results of the applications of an analytical and experimental methodology in order
to characterize all cracking processes, was validated for the characterization of subcritical environmental
assisted ones. The obtained results help in the modelling of the cracking behaviour and its correlation
with the fracture micromechanisms inducing the cracking processes. After it, a closer study of the local

conditions controlling the crack advance has been performed.

1. INTRODUCCION

Los aceros utilizados en la fabricacién de elementos
estructurales relacionados con la industria del petréleo,
como plataformas off-shore o sistemas de transporte
por tuberias, han sufrido una demanda creciente en las
tltimas décadas. Esta evolucién ha venido acompafiada,
por otra parte, de mejora en sus caracteristicas
generales, resistencia mecdnica, tenacidad, soldabilidad,
y resistencia a la corrosién bajo tensidn, entre otras [1].

De los diferentes tipos de aceros de alta resistencia
desarrollados, los microaleados estructurales o de alto
limite cldstico son los de mayor incidencia en sus
aplicaciones actuales, alcanzando a cubrir un 70% de
los componentes estructurales de las plataformas
marinas [2]. Su competitividad se basa en su relacién
precio/resistencia, su tenacidad, su versatilidad de
procesado y su buena soldabilidad, comparable o
incluso mejor que la de los aceros al carbono [3]. Un
gran nimero de trabajos recopilan el control del
comportamiento mecdnico de estos aceros a través de
los elementos de aleacién y el tratamiento
termomecdnico de su proceso para alcanzar las
microestructuras éptimas a sus compromisos de
comportamiento [4,5].

En las plataformas estos aceros se encuentran también
sometidos a problemas de corrosién bajo tensién en
medio marino en asociacién con situaciones de
proteccién catddica o de fisuracién en presencia de
sulfuros causados por bacterias [6]. En ambos casos el
hidrégeno juega un papel predominante en los
mecanismos de fisuracién por lo que estos aceros deben
mostrarse como resistentes a la fisuracién inducida por
hidrégeno. Por ello su desarrollo avanza en paralelo al
de los aceros para conducciones [7-9].

2. MATERIALES Y CARACTERIZACION
CONVENCIONAL

Dentro de los materiales utilizados, como parte de un
trabajo de investigacién mds amplio [10], se ha elegido
uno como representativo de un comportamiento
general. El acero elegido, un microaleado del tipo
E690, es un acero de alto limite eldstico y se emplea en
la fabricacién de cremalleras autoelevatrices para
plataformas petroliferas. En la tabla 1 se recogen los
resultados del andlisis quimico realizados. Del mismo
modo que en sus aplicaciones industriales dicho
material fue sometido a tratamiento de temple en agua
seguido de revenido a 600°C, generdndose una
microestructura de bainita revenida con un tamafio de
grano de 44 mm.
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Tabla 1. Composicién Quimica del acero E690
(% en peso)

Acero C Si Mn Ni Cr
E690 | 0.135 0.241 1.1 1.518 0.496

Mo Cu Sn Al A% Ti
0.465 0.18 0.009 0.078 <0.003 0.003

La caracterizacién mecdnica realizada sobre el acero dio
como resultado un limite eldstico de 8§40 MPa, una
tension de rotura de 915 MPa y un alargamiento bajo
carga mdxima del 6.5%. El acero fue caracterizardo en
fractura mediante la determinacién de la curva R de la
integral J segilin el método propuesto por el Grupo
Europeo de Fractura ESIS PI1-92. Para ello, se
mecanizaron, a partir del material disponible, probetas
de tipo compacto normalizadas con un valor de 25 mm
de espesor. Se realizaron ensayos a dos velocidades de

solicitacién, en control de desplazamiento, v;, 4.1-10°6
y 4.1-107 m/s. Los resultados revelan una tenacidad
independiente de la velocidad de solicitacién, alcanzando
el pardmetro Jy o5 €l valor de 260 kJ/m?2.

3. COMPORTAMIENTO DE ACERO EN
CONDICIONES DE TFISURACION
INDUCIDA POR HIDROGENO

La caracterizacién de los procesos de fisuracién inducida
por hidrégeno (FIH) se realizé mediante ensayos sobre
probeta compacta de espesor 25 mm en ¢l ambiente
agresivo correspondiente y con velocidad de
desplazamiento constante. El ambiente agresivo se
obtuvo por polarizacién catddica con diferentes niveles
de densidad de corriente, 1 a 10 mA/cm?, en una
solucion IN de SO4H,. Las muestras fueron sometidas
a un proceso de polarizacién durante 40 h en cuyo
instante se aplicé una carga mecdnica mediante
desplazamiento a velocidad constante, sin interrumpir
el proceso de polarizacién, produciéndose la
propagacién de la fisura en la muestra, llevandose
finalmente hasta rotura. Finalizado el ensayo se realizé
sobre la superficie de propagacién de la probeta un
estudio fractogrdfico por microscopia electrénica,
permitiendo conocer en cada punto el aspecto de la
superficie de la fisura generada.

La aplicacién de una metodologia analitica adecuada
{11] permite conocer en cada instante los valores de
longitud de fisura, a, velocidad de propagacién, da/dr, e
integral J. La Figura la muestra la curva de
caracterizacién de uno de los ensayos y la 1b la
correspondiente deducida de la anterior. En la misma el
valor de la integral J ha sido evaluado a través del factor
de intensidad de tensiones equivalente, K. En la Figura
1b se definen las condiciones umbrales de iniciacién,
K,; la velocidad de propagacién subcritica, da/dt,,; el
valor de iniciacién de condiciones de rotura criticas, K|,
y la velocidad de propagacion critica, da/dt,.
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Figura 1. (a) Caracterizacién del proceso de fisuracién
a través de la curva Carga-desplazamiento y (b)
evaluacion de los pardmetros en la curva da/dt-K ;.

4. INFLUENCIA DEL AMBIENTE EN EL
COMPORTAMIENTO DEL ACERO
E690 ANTE PROCESOS DE FIH

El andlisis de resultados se realiza en base a la
representacién de los pardmetros que definen el
comportamiento de los procesos de fisuracidn, tanto
subcriticos como criticos, para cada condicién
ambiental estudiada, en funcién de la velocidad de
solicitacién del ensayo. En los grificos de esta
representacion se incluyen las zonas de cada tipo de
micromecanismo involucrado en el proceso de
propagacién, de acuerdo con las observaciones
efectuadas por SEM sobre cada probeta: intergranulares
(IG), transgranulares (TG), por clivaje o por
coalescencia de microhuecos.

a) Comportamiento con densidad de corriente de 1
mA/cm?

Las Figuras 2 y 3 muestran de forma esquemitica las
variaciones de los pardmetros de comportamiento
establecidos en este trabajo, K; y da/dt, con la velocidad
de solicitacién para las condiciones de carga estudiadas
en este apartado, 1 mA/cm?2, En ellas se han marcado
las regiones de comportamiento en el aire, como
referencia, asf como la zona de fisuracién subcritica,
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asociadas a los clivajes observados, diferenciando en
ellas las condiciones de aparicién de intergranularidad, y
la zona de fisuracidn critica, a partir de los valores
criticos, tanto en velocidad como en solicitacién local,
que pasan a generar microhuecos. De esta forma se
separan las zonas de fisuracién subcritica de las de
rotura, aun cuando éstas se establecen bajo condiciones
de fragilizacién por hidrégeno.
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Figura 2. Mapa de micromecanismos de rotura en
funcidn de la velocidad de fisuracién y de la velocidad de
solicitacién del acero E690 ensayado a | mA/cm?,
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Figura 3. Mapa de micromecanismos de rotura en
funcién de la solicitacién local y de la velocidad de

solicitacién del acero E690 ensayado a 1 mA/cm?

La Figura 2 muestra el efecto del ambiente en los
procesos de rotura, controlados por mecanismos de
formacién de microhuecos, cuya cinética es diez veces
mayor en presencia de hidrégeno, lo que se asocia a su
menor deformacién dltima. Extrapolando la velocidad
de propagacién por microhuecos como lineal en
funcién de la velocidad de solicitacién [12], debido a
efectos puramente mecdnicos, se entiende que por
debajo de 10 m/s de velocidad de desplazamiento no se
van a producir fenémenos criticos durante el ensayo,
como en realidad sucede, ya que tendrian lugar a

velocidades inferiores a las de la propagacién de los
mecanismos subcriticos de clivaje propios de las
estructuras bainiticas, por lo que éstos siempre estdn
presentes.

La Figura 3 muestra c6mo aparentemente un estado de
solicitacién local por encima del aportado por un factor
de intensidad de tensiones de 250 MPa-m!/2es
necesario para alcanzar roturas por mecanismos de
formacién de microhuecos. Asimismo, sélo por debajo
de un K; dado pueden aparecer mecanismos de
intergranularidad, lo que coincide con modelizaciones
previas de los procesos de FIH de aceros [13]. Los
estados de solicitacién local intermedio, bajo las
condiciones ambientales existentes en estos ensayos,
promueven mecanismos de clivaje para establecer los
procesos de fisuracién, con mayor presencia de
desgarramiento o “tearing” al aumentar la solicitaci6én
local y por tanto la plasticidad en ella.

b) Comportamiento con densidad de corriente de 5
mA/cm?

Las Figuras 4 y 5 muestran las gréficas de evolucién de
los pardmetros de comportamiento elegidos para definir
los procesos de fisuracién inducida por hidrégeno para
estas condiciones de densidad de corriente de 5 mA/cm?,
en funcién de la velocidad de desplazamiento utilizada
en los ensayos. De nuevo en ellos se marcan las zonas
de rotura y fisuracién observadas en funcién de sus
diferentes micromecanismos y cinéticas propias
observadas. También aparece como referencia el
comportamiento de los procesos de fisuracién al aire.

Como se muestra en la primera de ellas, Figura 4, se
ha supuesto que el efecto puramente mecdnico sobre
los procesos de fisuracién establece que la velocidad de
propagacidn varfa con la velocidad de solicitacién de
forma lineal, as{ da/dt resulta proporcional a v,. De
esta forma se observa que las velocidades de rotura de
procesos criticos por formacién de microhuecos,
deducidas a partir del valor obtenido a la velocidad de
solicitacién mds elevada, muestran el efecto de
fragilizacién del ambiente de estos ensayos. En
presencia del ambiente la velocidad de propagacién es
mds de cien veces superior a la observada en el aire.
También se observa que los valores extrapolados hacia
velocidades de solicitacién lenta son préximos, aunque
ligeramente superiores, a los observados para la
velocidad de 4.1-10°8 m/s, para la que la fisuracién
observada en la zona de supuesta inestabilidad presenta
mecanismos de clivaje junto con microhuecos. Es
decir, se encuentra, como indica la figura, en la
transicion de la zona subcritica de clivajes a la critica de
microhuecos. Asimismo se observa cémo los
mecanismos subcriticos de las probetas mds lentas son
de por si mds rdpidos que los valores supuestos a la
rotura critica por formacién de huecos, por lo que éstos
no se desarrollarfan nunca bajo estas condiciones, ya
que supondria una desaceleracién en el avance de la
fisura asociado a la inestabilidad.
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La Figura 4 también muestra que la velocidad de
fisuracién de clivajes subcriticos no es funcién de la
velocidad de solicitacién, aunque se ha visto en las
curvas de comportamiento K,-da/dt de cada caso
ensayado que depende de las condiciones de solicitacién
local. Los efectos de la intergranularidad presente en la
probeta mds lenta también se observan, manifestdndose
con un crecimiento en la velocidad de fisuracién
subcritica.
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Por comparacién con la Figura 2, se observa un
creciente efecto fragilizante de la mayor presencia del
hidrégeno al aumentar la velocidad de fisuracién en
procesos debidos a roturas por formacién de
microhuecos, asociado a un descenso en la capacidad de
deformacién de los mismos. Asimismo, el mayor
efecto fragilizante de este ambiente tambien afecta a la
velocidad de propagacién subcritica debida a los
clivajes, que resulta en un orden de magnitud superior
al del ambiente debido a 1 mA/cm?. La presencia de
intergranularidad apantalla el efecto fragilizante,
estableciendo velocidades de propagacién similares para
ambos ambientes de hidrégeno.

La Figura 5 muestra de nuevo la estratificacién de los
factores de intensidad de tensiones necesarios para el
establecimiento de los procesos de fisuracién bajo
mecanismos diferentes. Al ir creciendo K; aparecen los
mecanismos con intergranularidad, luego clivajes puros
y, finalmente, microhuecos, todo ello de forma
semejante a lo observado para los ensayos a 1 mA/cm?
presentados en la Figura 3. La comparacién entre
ambas figuras evidencia que el efecto fragilizante del
hidrégeno reduce las necesidades criticas locales para
activar cada uno de estos micromecanismos.

¢) Comportamiento con densidad de corriente de 10
mA/cm?

El andlisis global de los resultados obtenidos con el
acero E690 ensayado a 10 mA/cm? se muestra en las
Figuras 6 y 7, que contienen los mapas de
comportamiento fractografico.
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En la primera, Figura 6, se aprecia cémo todas las
muestras presentan una fisuracién subcritica de
caracteristicas muy similares en los tres casos,
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velocidad de propagacién en torno a 10 m/s, propia de
clivajes con trazos de intergranularidad. Asimismo se
puede apreciar c6mo la inestabilidad est4 asociada a un
proceso de crecimiento critico por clivajes unidos
posteriormente por desgarramientos, para las
velocidades de solicitacién superiores, o coalescencia de
sus huecos, para la mds lenta, caracterfstica de una
situacién alcanzada bajo un dominio pricticamente
eldstico. En relacidn con la rotura al aire, formada por
la coalescencia cldsica de microhuecos dictiles, se
aprecia el fuerte efecto fragilizante de este ambiente,
que eleva de tres a cuatro 6rdenes de magnitud la
cinética de propagacién de las fisuras.

La segunda, Figura 7, muestra una vez mds la
estratificacién con referencia al factor de intensidad de
tensiones, es decir a la solicitacién local, de los
diferentes micromecanismos propios de los procesos de
fisuracién, Dada la gran fragilidad impuesta por este
ambiente el comportamiento del material en su
conjunto es poco dependiente de la velocidad de
solicitacién, situacién que puede observarse tanto en
ésta como en la anterior figura.

5. MODELIZACION

Un modelo general desarrollado [13] trata de explicar
tanto el modo de rotura, sea IG o TG, como los
pardmetros de comportamiento mecdnico en CBT de
aceros de baja aleacién y alto limite eldstico en
ambientes agresivos acuosos , en los que la presencia
de hidrégeno en el frente de fisuracidn juega un papel
fundamental [14-23].

En dicho supuesto, el modelo establece que la
propagacién de fisuras en CBT tiene lugar como una
sucesion de roturas locales aisladas, nucleadas y
desarrolladas dentro de la zona pldstica de fondo de
fisura. Dichas roturas locales se nuclean cuando la
deformacidén plastica aplicada alcanza los valores
criticos determinados por la fragilizacién producida en
dicha zona pldstica por la presencia del hidrégeno
absorbido por el material, al ser la solubilidad del
hidrégeno superior en esta zona a la del resto de la red
metdlica. Por lo tanto, el modelo establece que la
propagacién de las fisuras estd controlada por la cinética
del hidrégeno durante su entrada y su difusién a través
de la red cristalina.

Este modelo plantea que la nucleacién de las roturas
locales, que originan la propagacién de fisuras, se lleva
a cabo en defectos concretos de la red cristalina, como
frontera de lajas martensiticas o bainiticas, precipitados
préximos al borde de grano o en ocasiones inclusiones
no metdlicas, constituidos en trampas en las cuales la
concentracién de hidrégeno es muy alta y, en
consecuencia, el valor de deformacién critica en su
entorno presenta un nivel especialmente bajo.

El tipo de fractura producido durante la propagacién, IG
o TG, estd directamente asociado al proceso de
nucleacién descrito. Si la nucleacién se produce en el
borde de grano la fractura serd intergranular, en tanto

que si se produce en el interior del grano metdlico la
fractura serd transgranular. Ello viene establecido a
través de condiciones de relacién tamafio de grano (d) -
posicién de nucleacién (L*) - tamafio de zona pléstica
{ry) que finalmente conducen a expresiones limitativas
de los valores umbrales de propagacién para roturas IG
y TG en funcién de pardmetros microestructurales y
mecdnicos del material. Dichas condiciones traducidas a
pardmetros macroscépicos, como K;o &, llevan a las
expresiones siguientes:

Condicién IG:

d

615cc <=z
2.3

6 Ky, <0850, Ed (1)

Iscc

CondiciénTG:

15cry

>——Xd ¢ Ky >3.30,d  (2)

Iscc

Estas condiciones pueden llevarse sobre
representaciones carga-desplazamiento, P-COD, de una
probeta dada con longitud de fisura constante, de un
material con pardmetros E, o,y d, conocidos, para
definir los campos de roturas previsibles
transgranulares o intergranulares.

En este apartado se trata de comprobar si las
condiciones de fisuracién observadas en el acero
microaleado E690, en los diferentes ambientes
ensayados (1, 5 y 10 mA/cm?), se ajustan a la
modelizacién presentada. Para ello las Figuras 8 a 10
presentan simultineamente dos situaciones sobre las
curvas tedricas P-COD de probetas CT de 25 mm de
espesor de acero E690 con longitudes de fisura
variable de 32 a 40 mm:

a) Las curvas reales de los ensayos realizados en
cada medio a diferentes velocidades de
solicitacién, superponiendo sobre las mismas
las zonas de micromecanismos observados:
clivajes mds IG y clivajes solamente, ambas
subcriticas, y microhuecos, critica.

b) La representacién en cada caso de las
condiciones del limite mdximo de la
intergranularidad (1) y del limite mimimo de la
transgranularidad (2).

Como puede apreciarse en las Figuras mencionadas, 8
a 10, en todos los casos los procesos subcriticos
iniciales mixtos de clivajes e intergranularidad se
encuentran dentro del campo delimitado por las
condiciones donde los procesos IG y TG pueden ser
simultdneos. Asimismo no hay clivajes por debajo de
la Condicién (2}, ni intergranularidad por encima de la
Condicién (1). Todo ello conforme a la modelizacién
referenciada.

De este modo las condiciones microestructurales y
mecdnicas que determinaban las condiciones de
modelizacién siguen siendo vélidas para este material
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y situacién ambiental. Ademds de ello, la observacién
de las Figuras 8 a 10 permite deducir nuevas
situaciones de correlacién:

+ La situaci6n limite a partir de la que hay presencia
de clivajes decrece con la agresividad del medio,
siendo tendente al limite correspondiente a la
Condicién (2 )del modelo.

* La aparicién de clivajes se presenta siempre bajo
parametros J en los que sélamente tiene
importancia su parte eldstica.

e La aparicién de roturas criticas asociadas a
microhuecos tiene lugar en zonas en las que el
proceso de fisuracién, a nivel local, estd controlado
por una integral J cuya componente pldstica es
mayoritaria.

P (kN)

Condicién (1) | — 8210
e S
1.2 1.6 2 2.4 2.8
CoD (mm)

Figura 8. Curvas P-COD de los ensayos a 1 mA/cm?
superpuestos a las teéricas para a constante, con
representaciéon de las zonas de micromecanismos
observados y las condiciones de IG y TG del modelo.
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Figura 9. Curvas P-COD de los ensayos a 5 mA/cm?
superpuestas a las tedricas para a constante con
representacién de las zonas de micromecanismos
observados y las condiciones de IG y TG del modelo.
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Figura 10. Curvas P-COD de los ensayos a 10
mA/cm? superpuestas a las tedricas para a constante
con representacién de las zonas de micromecanismos
observados y las condiciones de IG y TG del modelo.

5. CONCLUSIONES

Los aceros microaleados de estructura bainitica
ensayados se han mosirado susceptibles de presentar
procesos de fisuracién inducida por hidrégeno. Esta
susceptibilidad sigue las pautas de dependencia clésica:

- De la agresividad del medio: en este caso
marcada por la concentracién de hidrégeno
presente en el material, al crecer con la densidad
de corriente aplicada aumenta la susceptibilidad a
la fisuracién y ésta se produce bajo mecanismos
mds fragiles.

- De la velocidad de solicitacién: que afecta a la
susceptibilidad del material en unas condiciones
ambientales dadas, no a través de variaciones en
los micromecanismos de rotura sino mediante
los pardmetros que definen las condiciones
propias de fisuracién y la cinética de ésta,
variable con dichas condiciones.

Para adentrarse mds en el conocimiento de la evolucién
de comportamiento de un material en un ambiente dado
y el efecto de la velocidad de solicitacién en ello, dicho
comportamiento debe ser estudiado primero bajo el
prisma de los pardmetros macroscépicos que lo
caracterizan y su relacién con los micromecanismos que
establece el proceso de fisuracidn,

La accién combinada de un determinado estado
tensional y una velocidad de solicitacidn, que determine
el tiempo de accidn del hidrégeno en la zona de proceso
del fondo de fisura, promueven diferentes tipos de
fractura, bien sea por coalescencia de microhuecos
(MVC), por quasiclivaje (QC) o intergranular (IG). El
tipo de fractura depende de la concentracién de
hidrégeno existente y del factor de intensidad de
tensiones aplicado. Estos dos pardmetros son variables
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a lo largo de un ensayo produciendo, por tanto y como
se ha demostrado, cambios en el modo de propagacién
de fisuras en una misma muestra.

El factor de intensidad de tensiones condiciona el
tamafio de la zona pldstica. En las primeras fases de la
propagacién esta factor atn es pequefio siendo la
concentracién de hidrégeno suficiente para provocar
crecimiento de fisuras con tamafios de zona plastica
reducidos. Esta propagacién va a ser IG o TG por
clivaje, dependiendo de la faceta de grano y del
hidrégeno existente en los bordes de grano.

Al propagar la fisura se llega a unos tamafios de zona
pldstica mayores con una menor presencia volumétrica
de hidrégeno en la misma; las inclusiones y
microhuecos existentes dentro de dicha zona son
presurizados provocando la aparicién de roturas por
coalescencia de microhuecos, (MVC).
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ANALISIS COMPARATIVO DE LOS PROCEDIMIENTOS DE EVALUACION DE
LA INTEGRIDAD ESTRUCTURAL DE COMPONENTES FISURADOS
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Departamento de Ciencia e Ingenieria del Terreno y de los Materiales
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Avenida de los Castros s/n, 39005 Santander

Resumen. En este articulo se analizan y comparan diferentes procedimientos de evaluacién de la
Integridad Estructural, prestando especial atencién a las diferencias entre las dos metodologfas de andlisis
existentes: Diagramas de Evaluacién de Fallo y Diagramas de Fuerza Motriz de Agrietamiento. Las
diferencias entre ellos se han evidenciado a través del cdlculo de un ejemplo real, con cuyos resultados se
comparan los deducidos de los diferentes procedimientos, estableciendo el grado de conservadurismo de cada

uno de ellos.

Abstract. A comparative analysis is made between the most wide-spread procedures for Structural
Integrity Assessment. Special attention is paid to the differences between the two existing methodologies:
Failure Assessment Diagrams and Crack Driving Force Diagrams. The differences between them are
highlighted by means of the calculation of a real example. The results obtained with the procedures are
compared to reality and, then, the conservativeness of the procedures is also evaluated.

1. INTRODUCCION

La Integridad Estructural surgié a mediados de los afios
70 con el objetivo de desarrollar una disciplina que
pudiera incorporar tanto el cdlculo estructural cldsico
como la Mecdnica de la Fractura. Por lo tanto, se
trataba de evitar simultdneamente el colapso pldstico y
el fallo por fractura. Desde que la Integridad Estructural
comenzara, diferentes procedimientos de evaluacién
empezaron a aparecer, a pesar de que, en esos
momentos, las herramientas disponibles eran limitadas.
Un buen ejemplo de esta situacién fue la primera
versién del método R6 (1976) [1].

Posteriormente, se introdujo un nuevo concepto: el uso
de la integral-J para evaluar condiciones de fractura
elasto-pldstica. En base a este pardmetro se publicé en
1981 el método GE-EPRI [2]. Mientras tanto, el
método R6 incorporaba nuevos desarrollos, hasta que en
1987 se presentd su revision 3 [3] en la que se
reconocia la utilidad de la integral-J en el andlisis de la
Integridad Estructural.

En aquel escenario, las dos documentos citados (R6 y
GE-EPRI) fueron utilizados como base para desarrollar
un gran ntimero de procedimientos; dando lugar a, por
una parte, los que utilizan el Diagrama de Evaluacién de
Fallo (Failure Assessment Diagram -FAD-), siguiendo
el R6, y, por otra, los basados en el Diagrama de
Fuerza Motriz de Agrietamiento (Crack Driving Force
Diagram -CDFD-), como lo hace el GE-EPRIL.

2. PROCEDIMIENTOS BASADOS EN EL
DIAGRAMA DE EVALUACION DE
FALLO

Los Diagramas de Evaluacién de Fallo se basan en el
uso de una representacién gréfica en la que se conjugan
dos variables adimensionales L, y K, [1]. Estas dos
variables son la razén entre el valor de solicitacién
aplicado, tensién y factor de intensidad de tensiones
respectivamente, dividido por los correspondientes
pardmetros de resistencia, Ifmite eldstico y tenacidad a
fractura. Una vez definido el punto de anélisis en el
plano de representacién, cada método define una curva
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que establece la zonas de seguridad y fallo. La zona de
seguridad estd delimitada por la mencionada curva y los
ejes.

La mayorfa de procedimientos basados en el diagrama de
andlisis de fallo definen curvas de condicién critica que
se corresponden con diferentes simplificaciones. Estas
curvas permiten al usuario desarrollar varios niveles de
andlisis en funcién de los datos de entrada disponibles.
Ejemplos tipicos de estas curvas de condicién critica
son las denominadas “Default” (genéricas o por defecto),
utilizadas cuando se tiene poco o ningin conocimiento
sobre el material del componente analizado o las
llamadas “Material Specific” que exigen los datos
completos de la curva tensién-deformacion del material.

Una lista con los procedimientos mds conocidos y
utilizados que hacen uso del concepto del Diagrama e
Evaluacién de Fallo podria incluir: Método R6, BSI
PD6493, SAQ (Sueco), EXXON, MPC y API5ST9 [4].

3. PROCEDIMIENTOS BASADOS EN EL
DIAGRAMA DE FUERZA MOTRIZ DE
AGRIETAMIENTO

La metodologia de andlisis de estos procedimientos
difiere totalmente de la filosoffa de los métodos basados
en el FAD. Los cdliculos se basan en la comparacién
directa entre los pardmetros aplicados y las
caracteristicas resistentes del material [5]. De este
modo, se entiende el Diagrama de Fuerza Motriz &
Agrietamiento como una comparacién completa entre la
integral-J aplicada y la curva de tenacidad Jg, resultando
una representacion que describe todo el fendmeno
propagacién de la fisura. Entendiendo estos métodos de
esta manera resulta mas sencillo interpretarlos, desde un
punto de vista fisico, que los basados en el FAD.

Con referencia a la aplicacién de los procedimientos que
siguen esta metodologia, una desventaja que se sefiala
habitualmente es la dificultad de encontrar o, en otros
casos, de aplicar las funciones que evaldan la integral-J
aplicada. Esta situacién se confirma fundamentalmente
para el método EPRI original, sin embargo, ETM [6]
ha resuelto esta desventaja estimando la integral-J
aplicada por medio del factor de intensidad de tensiones.
De este modo, el régimen elasto-pldstico se estima a
partir del eldstico a partir de soluciones de K aplicado
mas féciles de obtener.

4. ANALISIS COMPARATIVO ENTRE LAS
DOS METODOLOGIAS

No es sencillo catalogar los diferentes aspectos o
caracterfsticas de cada método como ventajas o
desventajas cuando se pretende evaluar una estructura ya
que ambas metodologfas tienen diferente finalidad [4].
Asf, Milne, uno de los creadores del método R6, cita
[7]: “los procedimientos basados en R6 tienen la
intencién de proveer estimaciones seguras, no
predicciones, mientras que GE-EPRI y ETM estdn

dirigidos a proporcionar predicciones”. De este modo,
puede ser recomendable utilizar cada tipo
metodologfa segtin la situacién a abordar y en funcién
de los datos de entrada disponibles.

Si lo que se pretende es analizar una estructura o un
componente sobre el que no hay informacién inicial
salvo los datos caracterfsticos de comportamiento
mecdnico del material (limite eldstico y tensién de
rotura) y un unico valor de la tenacidad de fractura, se
recomienda, l6gicamente, que dicho estudio sea lo mds
sencillo posible, siendo un procedimiento basado en el
uso del FAD aconsejable. Asimismo, si el objetivo
final es tomar una decisién rdpida cuya precisién no es
especialmente importante, el uso de un Diagrama &
Evaluacién de Fallo resulta preferible respecto a otras
alternativas.

Por otro lado, si el objetivo es el estudio exhaustivo del
comportamiento de la estructura y si se disponen de los
datos necesarios para caracterizar correctamente el
material constituyente del componente (curva tensién-
deformacién completa y comportamiento en fractura a
través del conocimiento de la curva JIy), el uso de los
Diagramas de Fuerza Motriz de Agrietamiento resulta
idéneo.

En la Tabla 1 se recogen esquemiticamente las
recomendaciones enunciadas en los titimos pdrrafos.

Tabla 1. Recomendaciones de uso de las diferentes

metodologfas
DATOS DE G, + 0, Curvac-¢
ENTRADA K. Curva J
Sencillo Exhaustivo
TIPO DE g
¢ Iniciacién e Desgarro
ANALISIS e Decisién ripida | s Estudio profundo
METODOLOGIA
FAD CDFD
RECOMENDABLE

5. EJEMPLO DE CALCULO

Con el objeto de clarificar las diferencias existentes en
los diversos métodos a la hora de su aplicacién se
presenta un ejemplo de cdlculo procedente de un proceso
experimental. Dado que son conocidas las solicitaciones
de rotura real de los elementos estudiados se puede
también establecer el grado de conservadurismo
absoluto de cada método.

A pesar de lo dicho, ya que el objetivo de este articulo
es comparar todos los procedimientos, se han realizado
todas las  opciones de cdleculo  posibles
independientemente de sus caracteristicas particulares y
las recomendaciones anteriormente citadas.

Los datos del ejemplo han sido tomados a partir de
ensayos realizados por TWI [8] sobre placas de acero
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fisuradas. Estos datos fueron utilizados para desarrollar
los cdlculos con los procedimientos analizados,
representativos de ambas metodologias. Se tuvo
especial cuidado en seguir completamente las
indicaciones expuestas por cada método en sus
diferentes niveles de andlisis. Ademds, si el método
utilizado disponia de soluciones para el factor de
intensidad de tensiones y colapso plastico, éstas fueron
las utilizadas.

El procedimiento GE-EPRI no pudo ser aplicado por
que la solucién correspondiente para la integral-J
aplicada no estaba disponible. En consecuencia, de los
métodos basados en el Diagrama de Fuerza Motriz de
Agrietamiento sélo se utilizé6 ETM.

5.1. Definicidn

El ejemplo pretende determinar la mdxima tensidn
normal que soporta una chapa plana de acero A 533-B
que contiene una fisura no pasante en su zona central.
En la Figura 1 se muestra una representacion
esquemdtica de la geometria del ejemplo.

[
A A oA
[

Figura 1. Definicidén geométrica del ejemplo

Los cdlculos fueron realizados para dos placas como la
mostrada en la Figura 1, denominadas con la
nomenclatura original de TWI, M01-01 y MOI-12 y
sus dimensiones geométricas estdn expresadas en la
Tabla 2 donde todos los valores estdn expresados en
mm.

Tabla 2. Dimensiones geométricas de las probetas

Probeta MO1-01 MOQ1-12
Espesor (1) 51.5 25.0
Anchura 2W) 496 500
Profundidad de fisura (a) 24.9 14.6
Longitud de fisura (2¢) 145.8 135.0

Con respecto a las caracterfsticas mecdnicas del material
se conoce tanto la curva de traccion, Figura 2, como la
tenacidad del material. La tenacidad procede de ensayos
sobre probetas tipo SENB vilidas para los dos placas y
de las cuales se obtuvo el valor de iniciacién d:
propagacién de fisura, Ky, y la curva para desgarro
dictil, J;. La Tabla 3 muestra las caracteristicas
mecdnicas del acero A 533-B de forma resumida.

700

600
500 //—_——

400

s (MPa)

300
200

100

O M A e e L

0 2 6 8 12 14
e (%)

Figura 2. Curva de traccién del acero A 533-B

Tabla 3. Caracteristicas mecdnicas del acero A 533-B

s, (MPa) | s, MPa)| K, (MPam'?)| T, (kN/m)
471 591 354.3 846 (Aa)"*"

Los cdlculos fueron realizados haciendo uso de las
diferentes opciones de andlisis disponibles en cada
procedimiento para las dos probetas. Se ha hecho
especial hincapié en aplicar todos los pasos descritos en
cada procedimiento. Los procedimientos y distintos
niveles de andlisis utilizados fueron: Método R6,
categorfas 1 y 3, FADs | y 2; BSI PD6493, niveles 1,
2y 3,FADs 1y 2; SAQ; MPC y ETM, iniciacién y
desgarro dictil.

El nivel 1 de PD6493 es un criterio muy simple d
aceptabilidad, en el cual se incluyen coeficientes de
seguridad internos en ambos ejes de la representacion
grifica. El nivel 2 de PD6493 junto con la categorfa 1
de andlisis de R6 son también andlisis simples donde se
analiza un solo punto correspondiente a iniciacién de
crecimiento de fisura. Por otra parte, el nivel 3 &
PD6493 y la categorfa 3 de andlisis de R6 utilizan un
criterio de fallo méds complejo, donde el desgarro dctil
de fisura estd permitido, de esta manera el punto &
evaluacién se ve sustituido por una curva que representa
el desgarro. E1 FAD 1 (curva de condicién critica) tanto
en R6 como PD6493 es una curva bésica o por defecto
que es independiente del material. Por contra, el FAD 2
de ambos procedimientos es una curva especifica de cada
material que proviene de su curva de traccién.

En este ejemplo de cdlculo, la propagacién de fisura
depende de dos pardmetros, profundidad (a) y longitud
(2c). Los procedimientos que consideran desgarro ddctil
no clarifican en cudl de estos pardmetros se ha &
considerar el desgarro. Solamente el método MPC
proporciona algunas sugerencias para que se utilicen en
el andlisis. Con el objeto de simplificar los célculos se
supuso que el desgarro dictil sélo ocurrfa en direccidn
de la profundidad de fisura (a).

Para ambas probetas estudiadas se representaron los
puntos reales de fractura, frente a los predichos como
criticos por cada método y nivel de andlisis. Una vez
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hecho esto se calcula el factor de reserva como cociente
entre la carga predicha y la carga de rotura real de la
probeta. Este factor nos da una idea del conservadurismo
absoluto de cada método y opcién de andlisis y ademds,
permite una comparacién entre todos los métodos
analizados. En el caso del procedimiento ETM que no
utiliza el FAD, la carga critica se calculé segtn dos
opciones; por el método simplificado que sélo considera
iniciacién de propagacién de fisura y de acuerdo con el
CDFD completo (iniciacién de crecimiento inestable de
fisura). Una vez calculada la carga de fallo el factor de
reserva se hallé de igual manera que en el resto de
métodos.

5.3. Resultados

Las Figuras 3 y 4 muestran dos gréficos tipicos de los
andlisis realizados. La primera corresponde al método
R6, categoria 3 de andlisis, con los FADs 1y 2 para la
probeta M01-01. La segunda muestra el CDFD
obtenido segiin ETM en términos de la integral-J.

FAD General
FAD Especifico

““‘—475 MPay|
~373 6 MPa

g =336.2 MPa
ey

vt b Ls e v b e Loaa s Lo o

B e B T AR T

0 0.2 04 0.6 L 0.8 1 1.2 1.4 1.6

Figura 3. FAD segin R6
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Figura 4. CDFD segiin ETM

Cuando todos los célculos se hubieron realizado, se
pudo observar que sorprendentemente ETM resultaba
extraordinariamente conservador. Se revisaron los
cdlculos constatando que la carga de colapso pldstico
proporcionada por el citado método era mucho mds
conservadora que las del resto.

Por esta razén se repitié el andlisis por ETM, pero
variando la solucién de colapso pldstico, utilizando en
esta ocasién la de PD6493, pudiéndose constatar que en
este caso los resultados obtenidos cran muy similares a
los demds métodos.

En la Tabla 4 se presentan la totalidad de los resultados
obtenidos expresados como factores de reserva, mientras
que en la Figura 5, éstos se presentan graficamente. En
ella puede observarse que los factores de reserva para la
totalidad de los métodos se encuentra en el entorno del
60-70% de la carga real de rotura.

B Probeta MO1-01
7 £ Probeta MO1-12

L1 L2l L22 L3.1 L32

PD6493 SAQ MPC

CI.1 C1.2 C3.1 C3.2 Inic. Desg. Inic. Desg.

R6 ETM  ETM (%)

Figura S. Factor de reserva de los diferentes procedimientos para las placas estudiadas
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Tabla 4. Factores de reserva obtenidos en los métodos aplicados

PD6493 SAQ | MPC R6 ETM ETM (*)
Probeta] L1 | L2101 { L22 | L3.1 | L3.2 Cl.l | C12 | C3.1 | C32 | Inic. | Desg.| Inic. | Desg.
MO01-01 | 0.638 | 0.642 | 0.688 | 0.706 | 0.789| 0.708 | 0.707 | 0.707 | 0.765] 0.706 | 0.789 | 0.687 | 0.691 | 0.724 | 0.797
MO1-12 | 0.547 | 0.549 | 0.620| 0.597 | 0.672| 0.606 | 0.606 | 0.606 | 0.681 | 0.597 | 0.672| 0.492 | 0.526 | 0.649 | 0.674

(*) ETM con formulacién de PD6493

Como se puede observar, para un mismo procedimiento
PD6493 o R6, cuanto mds preciso es el andlisis,
menos conservador es. Asimismo, con independencia
del procedimiento, aquellos que establecen andlisis
semejantes obtienen resultados parecidos. La aplicacién
realizada con dos formulaciones en el método ETM
demuestra la importancia del conservadurismo de éstas
en el resultado final, y que cuando se emplean las
mismas férmulas y datos de entrada, los métodos
basados en el FAD (PD6493, L3.2 o R6, C3.2) y
CDFD (ETM* Desgarro) ofrecen resultados semejantes.

6. CONCLUSIONES

El ejemplo desarrollado permite establecer que los dos
tipos de metodologfa son totalmente diferentes en
cuanto a su aplicacién préctica. De sus diferencias se
pueden sefialar algunas conclusiones importantes acerca
de las ventajas de cada una de ellas:

e Los procedimientos basados en el FAD tienen una
estructura simple y bien definida que facilita su
aplicacién por un posible usuario.

e La simplicidad y facilidad de uso de los métodos
basados en el FAD recomiendan su uso para cdlculos
simples y decisiones rapidas.

e Por otra parte, los métodos basados en el CDFD
estdn dirigidos a proporcionar predicciones mds
exactas y consecuentemente son adecuados para
situaciones donde se requiere un andlisis mds
profundo y exhaustivo. Esto no implica que dichos
andlisis no puedan ser abordados por los métodos
basados en el FAD, ya que éstos poseen una opcién
avanzada basada en la integral-J. Sin embargo el
proceso de cdlculo se dificulta de tal manera que
desaconseja su uso.

¢ En el ejemplo de calculo realizado las diferencias
numéricas entre métodos son poco importantes y en
particular, pueden ser debidas a la solucién de factor
de intensidad de tensiones aplicado o a la carga &
colapso pldstico que cada uno aplica.

Todas las diferencias se justifican teniendo en cuenta
que los diferentes procedimientos estdn basados en dos
metodologias de cdlculo diferentes correspondientes a
diversas simplificaciones realizadas a partir de una
fuente comtin. Por lo tanto, poseen una génesis idéntica
aunque tomaron caminos diferentes para resolver el
mismo problema. De esta manera, si se pretende extraer
las virtudes de cada una, debe avanzarse un paso mis;
debe asegurarse que ambas son totalmente compatibles,
es decir, no basta con que los resultados se asemejen

sino que, ante las mismas consideraciones deben
responder con idéntico resultado. Si esto se consigue, la
tnica diferencia entre ellos serfa la representacién
grifica de la evaluacién. Respecto a este tema, el
trabajo realizado en el marco del Proyecto “Structural
Integrity Assessment Procedures for European Industry
(SINTAP)” demuestra que dicha compatibilidad es
posible para todo nivel de andlisis [9].
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INFLUENCIA DEL TAMANO EN LA RELACION ENTRE EL MODULO DE ROTURA Y LA
RESISTENCIA A LA TRACCION INDIRECTA

C. Rocco, G. V. Guinea, J. Planas y M. Elices.

Departamento de Ciencia de Materiales
Escuela Técnica Superior de Ingenieros de Caminos, Canales y Puertos
Universidad Politécnica de Madrid

Resumen. En este trabajo se analiza tedricamente la influencia del tamafio de probeta en la relacién entre el
modulo de rotura f, y la resistencia a la traccién indirecta f, segin las predicciones del modelo de fisura
cohesiva. Los resultados obtenidos se comparan con los resultados del modelo cldsico de tensién limite y
con los valores establecidos en distintas normas para hormigones. Las predicciones del modelo cohesivo
muestran claramente que la relacidn entre f, y f,, depende significativamente del tamaiio de probeta y de las
propiedades en fractura del material. Dentro del rango de tamafios empleados en laboratorio dicha relacién
puede variar entre 1.65 y 1.10. Estos valores pueden diferir de manera importante respecto de los valores
recomendados en varias de las normas de hormigén analizadas.

Abstract. The size effect on the relation between the modulus of rupture f; and the splitting tensile strength
f, is theoretically analyzed using the cohesive crack model. The predictions of this model are compared
with the theoretical predictions according to the classical strength limit approach and with the empirical
values recommended in various concrete standards. The results obtained with the cohesive model shown
that the relation between f; and [, depend strongly on the specimen size and on the material properties. For
the specimens size employed in laboratory, this relation can vary between 1.10 and 1.65. These values can

be very differents that the recommended in the concrete standards

1. INTRODUCCION

El médulo de rotura f medido en el ensayo de flexién
en tres o cuatro puntos y la resistencia a la traccién
indirecta f  medida en el ensayo de compresién
diametral, se emplean frecuentemente para evaluar la
resistencia a la traccién de los materiales fragiles o
casi frdgiles como son los hormigones, las rocas y los
cerdmicos. En el caso del hormigén, ambos ensayos se
encuentran recomendados en distintas normas tales
como ASTM, ISO, BS 1881 y UNE.

Aunque el médulo de rotura y la resistencia a la
traccidn indirecta estdn directamente relacionados con
las resistencia a la traccién del material, los resultados
que se obtienen cuando se ensayan materiales casi
frdgiles muestran que los valores de f y f pueden
diferir entre si de manera significativa. Este fenémeno
ha motivado el desarrollo de distintos trabajos de

investigacién destinados a evaluar de manera
experimental la relacién entre el médulo de rotura y la
resistencia a la traccién indirecta de distintos tipos de
materiales y bajo diferentes condiciones de ensayo {1,
2, 3 y 4]. Como resultados de estos trabajos, se han
propuestos diversas ecuaciones empiricas que
permiten correlacionar entre si los resultados de ambos
ensayos. En el caso del hormigén, muchas de estas
ecuaciones se encuentran recomendadas en las normas
y reglamentos para el proyecto de estructuras como
son por ejemplo el EH-91, ACI-318 y CEB-90 {5, 6 y
71

La mayorfa de las férmulas de correlacidn entre f y f
son ecuaciones del tipo:

fp = ofy )

donde o es un coeficiente que depende del materia