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RUGOSIDAD POR ATAQUE QUIMICO Y RESISTENCIA A LA FRACTURA DE 3Y-TZP

F. G. Marro, Q. Flamant, B. Londiche y M. Anglada

Dep. Ciencia de los Materiales y Ing. Metalurgica, Universidad Politécnica de Catalufia
Av. Diagonal, 647, 08028 Barcelona, Espafia
E-mail: fernando.garcia.marro@upc.edu

RESUMEN

La circona estabilizada con 3% molar de itria (3Y-TZP) es una ceramica biocompatible con buenas propiedades
mecanicas que la hacen especialmente interesante para su utilizacion en protesis e implantes dentales. Con la finalidad
de producir una excelente biointegracion de los implantes, es fundamental que la superficie del implante sea rugosa para
aumentar asi la resistencia de la unidn entre el implante dental y el tejido 6seo formado a su alrededor. Entre los
diferentes procesos que podrian utilizarse para modificar la topografia superficial, en principio, uno los mas simples es
el ataque quimico. Este trabajo va dirigido al estudio de la topografia resultante en 3Y-TZP como resultado del ataque
quimico con diferentes reactivos, los cambios microestructurales superficiales inducidos y la resistencia mecanica
resultante. Se encuentra que, para tiempos cortos, la resistencia a la flexion biaxial apenas disminuye, pero para tiempos
largos de ataque se pone de manifiesto la formacion de una capa superficial porosa y poco cohesionada y la resistencia a
la flexion biaxial disminuye. Finalmente se estudio la resistencia a fatiga en unas pocas muestras atacadas y con una
resistencia a flexion aceptable.

ABSTRACT

Tetragonal polycrystalline zirconia stabilized with 3% mol of yttria (3Y-TZP) is a biocompatible ceramic material with
good mechanical properties which makes it especially interesting for applications like prosthesis and dental implants. In
order to achieve an excellent biointegration of the implant, it is fundamental that the implant surface possesses a certain
roughness to increase the strength of the joint between the dental implant and the bond tissue that grows around the
implant. Among the different processes that could be used to modify the surface of 3Y-TZP implants, chemical etching
is one of the more simples. This work focuses on the topographical changes of the surface of 3Y-TZP due to chemical
etching with different reactants, the changes in the surface microstructure and on the change in the strength. It is found
that after short etching times the biaxial flexure strength does hardly changes, but after long etching times it drops
significantly and it is observed the formation of a weak surface porous layer. Finally, the fatigue resistance was
evaluated on etched samples with a roughened surface but with still acceptable mechanical strength.

PALABRAS CLAVE: Ceramicas, Resistencia, Biomateriales

1. INTRODUCTION diente perdido. Con el fin de alcanzar una unién

excelente entre implante y hueso, la superficie del
La circona tetragonal policristalina dopada con itria (Y- implante puede presentar diferentes texturas y
TZP) presenta una buena combinacién de propiedades recubrimientos. Por tanto, resulta crucial la correcta
tales como tenacidad, resistencia, estabilidad preparacion de la superficie de la pieza para garantizar
dimensional 'y quimica, biocompatibilidad y su fijacion mecéanica. Por un lado, se aplican
comportamiento al desgaste [1]-[5]. Una de las tratamientos de proyeccion de particulas micrométricas
principales aplicaciones de la Y-TZP es como material sobre la superficie a tratar (arenado) que producen una
para la fabricacion de pilares dentales, es decir, protesis rugosidad en la superficie de la proétesis del orden de R,
destinadas a ser el sustituto artificial de la raiz de un ~ 0.6 um [6] [7]. Por otro lado, se ha estudiado el efecto



de atacar quimicamente la superficie de circona con el
objetivo de producir un incremento nanométrico de la
rugosidad que es dificil de obtener por cualquier otro
procedimiento [8][10]. Entre los diferentes ataques
reportados en la literatura, se encuentra el ataque con
acido fluorhidrico, ataque por infiltracién selectiva
(selective infiltration etching) y ataques a temperatura
controlada (Aot chemical. etching). Debido a la escasez
de trabajos publicados sobre el efecto de estos ataques
en la 3Y-TZP, existe actualmente un desconocimiento
de los parametros del ataque para producir una
determinada rugosidad asi como de la influencia del
ataque quimico sobre la estabilidad de la fase tetragonal
y la integridad mecanica de las piezas.

En este trabajo se estudian los cambios topograficos
producidos en circona 3Y-TZP como resultado de
diferentes ataques quimicos sobre probetas pulidas y su
influencia en las propiedades mecanicas. Se han
analizado posibles cambios de fase inducidos por los
ataques, asi como la topografia resultante tanto a nivel
micrométrico como nanométrico. Con el fin de evaluar
posibles cambios en la integridad de la superficie
atacada, se determind la resistencia biaxial después de
diferentes ataques y tiempos, obteniendo una reduccion
en la resistencia biaxial después de tiempos largos.
Finalmente, se estudio el comportamiento de las
muestras atacadas en el ensayo de rayado y la
resistencia a fatiga de las muestras atacadas que
presentaron una rugosidad y resistencia a flexion
aceptables.

2. EXPERIMENTAL

Se compact6 isostaticamente en frio polvo TZ-3YSB-E
(Tosoh Co.) a 200 MPa produciendo un cuerpo verde
que fue sinterizado a 1450°C durante 2 h en un horno
tubular (Hobersal ST-18) con rampas de calentamiento
y enfriamiento de 3 °C/min. Este proceso produce el
material de partida (AS), que esta caracterizado por una
dureza HV1= 12.0 GPa y un tamafio de grano promedio
de 0.30 um, tal como se ha reportado previamente [11].
Las barras sinterizadas fueron cortadas en forma de
discos de 2 mm de grosor. Estas muestras fueron
pulidos con pasta de diamante de 3 wm y posteriormente
con silice coloidal, produciendo una rugosidad inicial en
los discos menor que R, < 0.01 pm. Con el objetivo de
estudiar el aumento de rugosidad en el material AS
debido a ataque quimico, se consideraron diferentes
acidos (HCl1 (35%), H,SO,4 (98%) y HF (40%)) y se
realizaron ataques considerando diferentes tiempos y
temperaturas. La rugosidad conseguida por los
diferentes ataques fue determinada por perfilometria
(Dektak 150). Las muestras atacadas fueron analizadas
por difraccion de rayos X, con el fin de evaluar la
posible formacion de fase monoclinica (esta formacion
es tipica de los procesos de degradacion de este
material). La formaciéon de fase monoclinica fue
analizada con la siguiente expresion [12]:

1.311(15”) +1§j”))
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t

La integridad de las probetas atacadas fue determinada
mediante ensayo de flexion de bola en tres bolas (B3B).
En este ensayo, el disco a ensayar es soportado por tres
bolas mientras en la cara superior del disco otra bola
aplica una carga en el centro, produciendo un estado de
flexion biaxial en la cara inferior del disco. La tension
maxima en el centro de la superficie bajo tension viene
dada por [13]:

o 3F2 [20+V)In(R/ at)+(1-v)In((R/ R,)) | (2)
4t

Donde F es la carga aplicada, ¢ es el grosor del disco, Rp
es el radio del disco, v su coeficiente de Poisson, R el
radio de flexion (distancia desde los puntos de soporte
al punto de aplicacion de la carga) y a= 0.2 es un
parametro adimensional. Este ensayo se realizd con un
doble objetivo: (a) por un lado determinar cambios en la
resistencia mecanica debido a los ataques quimicos,
para lo cual se realizaron ensayos monotdnicos de rotura
en cuatro muestras por condicion y (b) determinar si los
ataques podian inducir sensibilidad a fatiga en el
material atacado. Con este objetivo, se realizaron
ensayos de fatiga en flexion biaxial. Estos ensayos
consistieron en la aplicacion sobre el espécimen de una
onda sinusoidal de flexién considerando una relacion R
= 0.1 entre la tensidn maxima y la tension minima, con
una grecuencia de 10 Hz y limitando el numero de ciclos
a 10,

Adicionalmente, con el fin de evaluar cambios en la
integridad de la estructural de la superficie atacada, se
realizaron ensayos de rayado con un equipo para el
ensayo de rayado (CSM Revetest) con un indentador
Rockwell de diamante de radio 0,2 mm en carga
incremental desde 1 a 100 N.

Finalmente, se observé una seccion transversal pulida
de la superficie atacada utilizando un sistema dual FIB-
SEM (Zeiss Neon 40) consistente en un haz de iones
focalizado acoplado a un microscopio electronico de
barrido. La probeta se recubri6 inicialmente mediante
una pelicula de platino y la trinchera fue mecanizada
por el haz de iones en una localizacion arbitraria en el
centro de la probeta.

3. RESULTADOS Y DISCUSION

La rugosidad producida después de los diferentes
ataques quimicos realizados viene dada en la tabla 1. El
ataque con HCIl no atac6 de forma significativa a la
circona dopada con itria y no se pudo observar aumento
de rugosidad ni ningin cambio superficial. Por otro
lado, el ataque con H,SO, a 150°C si afectdo la
superficie, tal como se puede apreciar en la figura 1. La
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superficie mostraba claramente como el ataque habia
atacado  diferentes zonas produciendo regiones
dendriticas. A pesar de que la superficie mostraba este
aspecto, no se pudo apreciar claramente un aumento de
la rugosidad.

Tabla 1: Rugosidad producida en 3Y-TZP por
diferentes ataques. Se indica el acido utilizado junto al
tiempo y la temperatura.

Acido T (°C) tiempo R, (nm)
“AS” - - 6=1
HCI 80°C 1h 5+1

H,SO, 150°C 13h 7+1

HF Tamb 10 min 4+1
HF Tamb 30 min 13£2
HF Tamb 1h 40+ 6
HF Tamb 2h 45 £36
HF Tamb 7h 168 £ 13
HF Tamb 12h 410 £ 67
HF Tamb 27h 434 +70

Los mayores aumentos en rugosidad fueron observados
en los ataques con HF a temperatura ambiente, tal como
muestra la tabla 1. Tiempos de ataque inferiores a 1 h
producen un aumento nanométrico de la rugosidad de
hasta R, ~ 0,04 pum, mientras que tiempos mayores
producen un aumento sustancial de la rugosidad hasta
alcanzar valores un orden de magnitud mayores de R, >
0,4 um. Cabe destacar que esta rugosidad es similar a
los valores tipicos que se obtienen con procesos de
arenado (sandblasting) sobre este material. El aumento

de la rugosidad con el ataque con HF se puede apreciar
en las imagenes SEM de la figura 2, que muestran el
aspecto de la superficie atacada a diferentes tiempos.
Con 10 min, la superficie ha sido afectada ligeramente,
de manera que el acido ha afectado principalmente los
bordes de grano. Para tiempos de varias horas de ataque
puede apreciar como la superficie ha sido afectada
sustancialmente mostrando desprendimiento granular.
Cabe resaltar que para tiempos prolongados se observo
una pérdida de peso del 12 % de la muestra con 12 h de
ataque, indicando que el material ya habia sido
erosionado sustancialmente en estos casos.

Figura 1. Superficie de la circona 3Y-TZP después de
ser atacada con H,SO, a 150°C.

Figura 2. Imagenes SEM de la superficie atacada con HF a durante: a) 10 min, b) 2h, ¢) 7h, d) 12h.



Se ha estudiado por difraccion de rayos X la estabilidad
de la fase tetragonal mediante la determinacion de la
cantidad de fase monoclinica presente después de los
ataques. En la figura 3 se muestran los espectros en el
intervalo angular utilizado para determinar la cantidad
de fase monoclinica. Obsérvese que los picos
correspondientes a la fase monoclinica son muy
inferiores a los de la fase tetragonal. El calculo exacto
de la fraccion de volumen de la fase monoclinica arrojo
valores que apenas alcanzan el 5 %. La figura 4 muestra
la resistencia mecanica bajo flexion biaxial de probetas
atacadas durante tiempos distintos con HF. Se puede
apreciar que para tiempos de ataque mayores de 2h se
produce una caida sustancial de alrededor del 20 % de la
resistencia, indicando que un ataque tan prolongado
puede tener un efecto negativo en la integridad
estructural del material.

[BT-12h t ]

Int. (a.u.)

BT-7h

Int. (a.u.)

BT-2h

Int. (a.u.)

BT-1h t R

Int. (a.u.)

25 30 35
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Figura 3. Difractogramas de rayos X resultantes para
varios tiempos de ataque con HF.
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Figura 4. Resistencia a flexion biaxial resultante para
diferentes tiempos de ataque con HF.

La tabla 2 muestra el nlimero de ciclos hasta la rotura en
flexién biaxial ciclica de los discos con la misma
geometria que los utilizados para la determinacion de la
resistencia a flexion biaxial. Los ensayos ciclicos se
realizaron en probetas del material AS y en las probetas
con un ataque previo con HF de 2 h. Las tension
maxima utilizada en estos ensayos (600 MPa)
corresponde aproximadamente al 50 % de la resistencia
a fractura evaluada con esta técnica del material AS.
Estas tensiones fueron seleccionadas con el fin de
representar un nivel de carga inferior a la
correspondiente a una vida a fatiga de 10° ciclos. Por
tanto, tedricamente las probetas atacadas quimicamente
deberian sobrevivir el ensayo si el ataque no afectase a
la resistencia a fatiga. Se puede observar como,
efectivamente, la mayoria de probetas AS soportan 10’
ciclos sin romperse. Sin embargo, en el material
atacado, solo uno de las cuatro probetas ensayadas
sobrevivio el ensayo de fatiga, aunque cabe destacar que
las otras soportaron un nimero de ciclos cercano a ese
limite, por lo cual no se puede afirmar con rotundidad
que la vida a fatiga del material atacado haya
disminuido. Para ello seria necesario evaluar un mayor
numero de probetas tanto en la condicion AS como con
ataque quimico con HF. Sin embargo, los resultados
parecen apuntar a una ligera disminucién del limite de
fatiga.

Tabla 2: Numero de ciclos hasta fractura para el
material de partida (AS) y el material atacado durante
2h con HF.

Material o, (MPa)  Num. ciclos
AS 600 5.5 x10*
AS 600 4.4 x10*
AS 600 >10°
AS 600 >10°
AS 600 >10°
2H 436 >10°
2H 600 4.5 x10*
2H 600 3.1x10*
2H 600 8.9 x10*

Finalmente, se realizaron ensayos de rayado con el fin
de evaluar las superficies atacadas. La figura 5 a)
muestra como el coeficiente de friccion en general es
mayor en las muestras mas atacadas, poseedoras de una
mayor rugosidad, tal como cabria esperar. En el caso del
material atacado 12 horas, sin embargo, el coeficiente
de friccion no aumenta con la carga aplicada como
ocurre en el resto de condiciones estudiadas.
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Figura 5. Curvas de los ensayos de rayado: a)
coeficiente de friccion, b) profundidad de penetracion.

Se observo (figura 5 b)) que la profundidad de
penetracion del cono de diamante utilizado en el ensayo
de rayado de la muestra atacada 12 h es similar al resto
de ataques. Es decir, la muestra atacada, a pesar de ser
muy rugosa tiene resistencia similar al contacto que el
material AS. Esto implica que cualquier porosidad
creada por el ataque por debajo de la superficie tiene
que estar necesariamente extendida en una profundidad
limitada debido a que apenas hay diferencia en la
penetracion total del rayado en las diferentes muestras.

La observacion mediante FIB-SEM de la seccidén
perpendicular a la superficie atacada pone de manifiesto
la existencia de una capa nanoporosa y poco
cohesionada de profundidad variable pero del orden de
la micra que aparece en las probetas mas atacadas
(figura 6). El hecho que el coeficiente de friccion apenas
cambie al aumentar la carga del indentador en la probeta
mas atacada de la figura 5a) (es decir, con mayor
porosidad superficial) puede estar relacionado con esta
observacion. La superficie nanoporosa del material en
contacto a presion con la punta del indentador es
compactada y la fuerza tangencial necesaria no varia
con la presion ejercida ya que delante encuentra siempre
un material relativamente poroso que ofrece una
resistencia al avance aproximadamente constante.

4. CONCLUSIONES

A pesar de que la circona 3Y-TZP es un cerdmico
altamente resistente a la mayoria de ataques quimicos

(HC1, H,S0,), es sensible al ataque con HF. En este
caso, es suficiente realizar el ataque a temperatura
ambiente. Tiempos de ataque inferiores a 1h tienen el
efecto de atacar principalmente los bordes de grano y
producir un aumento nanométrico de la rugosidad sin
afectar las buenas propiedades mecénicas del material
de partida. Se observa una transiciéon en la agresividad
del ataque para tiempos mayores de 2 h, con incluso
pérdida de peso sustancial y caida de la resistencia
mecanica de la superficie atacada. Los ensayos de fatiga
realizados con ataques de 2 horas parecen confirmar que
la vida a fatiga sufre una ligera reduccion, aunque es
necesario un estudio estadistico mas amplio para llegar
a conclusiones definitivas.

Figura 6. Seccion perpendicular obtenida por FIB/SEM
de la muestra atacada 12 horas a temperatura
ambiente: a) vista general de la seccion; b)
magnificacion de una zona afectada por el ataque.
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MODELO NUMERICO PARA EL ESTUDIO DE LA FISURACION EN ELEMENTOS DE
HORMIGON ESTRUCTURAL A EDADES TEMPRANAS

H. Cifuentes"*, F. Medina'

'ETS de Ingenieria, Universidad de Sevilla. Camino de los Descubrimientos s/n, 41092, Sevilla, Espafia.
* E-mail: bulte@us.es

RESUMEN

En este trabajo se presenta un modelo numérico realizado en ABAQUS para el analisis del nivel de fisuracion y la
seguridad estructural de elementos de hormigon armado de edades tempranas, en funcion del tiempo de desencofrado.
El modelo considera la variacion de las propiedades mecéanicas del hormigén con el tiempo, asi como del
comportamiento en fractura mediante modelos cohesivos, en funcién de resultados obtenidos experimentalmente sobre
probetas normalizadas y probetas entalladas sometidas a flexion en tres puntos. Las cargas consideradas son de origen
mecanico y térmico en funcién del calor de hidratacion generado para una dosificacion de hormigén dada. Los
resultados obtenidos permiten la determinacion del tiempo dptimo de desencofrado, asi como el analisis del nivel de
fisuracion y del estado tensional de los elementos objeto de estudio.

ABSTRACT

This paper presents a numerical model performed in ABAQUS to analyze the level of cracking and structural safety of
reinforced concrete elements at early ages, depending on the time of stripping. The model considers the change in the
mechanical properties of the concrete with time, and the fracture behavior through cohesive models, based on
experimental results and notched specimens subjected to three point bending. The loads are considered thermal and
mechanical originated in terms of the heat of hydration generated for a given dosage concrete. The results allow the
determination of the optimal time of stripping, and the analysis of the level of cracking and the stress state of the

elements under study.

PALABRAS CLAVE: Calor de hidratacion, Comportamiento en fractura, Hormigoén a edades tempranas.

1. INTRODUCCION

El comportamiento mecanico del hormigon a edades
tempranas se encuentra caracterizado por unas
propiedades mecanicas en desarrollo de valor reducido
y la aparicion de unas tensiones de origen térmico por
efecto del calor generado durante la de hidratacion del
cemento, combinado con la retraccion del hormigén.
Este fendmeno puede generar una fisuraciéon a edades
tempranas que se puede ver afectada en gran medida si
se realiza la aplicacion de cargas prematuras [1]. Por
otro lado, la eleccion correcta del plazo de desencofrado
de las estructuras de hormigoén supone un ahorro notable
en la ejecucion de la estructura (costos y plazos),
teniendo como condicionantes la seguridad estructural
en funcion del tiempo elegido y la no aparicion de una
fisuracion excesiva.

Para un correcto analisis del hormigdén a edades
tempranas ha de conocerse la evolucion de las
propiedades térmicas, mecéanicas y en fractura del

material [2], asi como la relacion entre todas ellas. De
esta forma se tiene informacion completa para el
analisis del comportamiento del hormigéon en los
instantes cercanos a su vertido en obra [3], por lo que se
podra saber en qué momento sera posible retirar el
encofrado sin ocasionar dafios en la estructura derivados
de tiempos de desencofrado incorrectos. Asimismo se
conocera la carga maxima que puede soportar una
estructura a una edad determinada del hormigon, lo cual
resulta muy importante en ejecuciones de obra, donde el
tiempo juega un papel fundamental y hay que intentar
disminuirlo lo méximo que sea posible.

Dentro de las tareas llevadas a cabo se encuentran el
desarrollo de modelos numéricos para verificar los
resultados que se obtienen de los ensayos realizados en
el laboratorio y la extrapolacion de dichos resultados
para poder aplicarlos en estructuras de mayor calibre.
Asi, se ha realizado un modelo numérico en ABAQUS
que permite el analisis del nivel de fisuracion y la
seguridad estructural de elementos de hormigén armado



de edades tempranas, en funcion del tiempo de
desencofrado. El modelo realiza un analisis térmico
considerando el calor de hidratacion generado durante la
hidratacion del cemento y constatado
experimentalmente. Asimismo, el modelo contempla la
variacion de las propiedades mecanicas del hormigén
con el tiempo, asi como del comportamiento en fractura
mediante modelos cohesivos, en funcion de resultados
obtenidos experimentalmente sobre  probetas
normalizadas y probetas entalladas sometidas a flexion
en tres puntos. Las cargas consideradas son de origen
mecanico y térmico en funcion del calor de hidratacion
generado para una dosificacion de hormigéon dada. El
modelo también realiza un analisis del proceso
constructivo. Los resultados obtenidos permiten la
determinacion del tiempo Optimo de desencofrado, asi
como el analisis del nivel de fisuracion y del estado
tensional de los elementos objeto de estudio.

2. RESULTADOS EXPERIMENTALES
2.1. Evolucion de las propiedades mecanicas

Se han llevado a cabo una serie de ensayos para la
determinacion  experimental de las propiedades
mecéanicas y en fractura del hormigdén a edades
tempranas. El hormigén analizado es un HA-30 con la
siguiente dosificacion C/A/Ar/Gr/SP =
1/0.43/2.31/3.07/2.57/0.009. Asi, se han realizado
ensayos a compresion simple sobre probetas cilindricas
de 15x30cm (didm.xaltura), ensayos a traccion indirecta
sobre probetas cilindricas de 15x30cm y se ha medido
el modulo de deformacion longitudinal del hormigoén
mediante bandas extensométricas. Los resultados
obtenidos son acordes a los obtenidos por otros autores
[4-7] Ademas, se ha determinado la energia especifica
de fractura del hormigoén mediante ensayo a flexion en
tres puntos sobre probetas entalladas. Se ha empleado el
método de trabajo de fractura RILEM [8] con las
correcciones propuestas por Elices et al. [9-11].
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Figura 1. Evolucion de la resistencia a compresion con
la edad del hormigon.

En las figuras 1 a 4 se muestra la evolucion de la
resistencia a compresion simple, a traccion indirecta, del
modulo de deformacion longitudinal y de la energia de
fractura obtenida para el hormigon objeto de estudio.
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Figura 2. Evolucion de la resistencia a traccion
indirecta con la edad del hormigon.
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Figura 3. Evolucion del médulo de deformacion
longitudinal con la edad del hormigon.
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Figura 4. Evolucion de la energia de fractura con la
edad del hormigon.
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2.2. Medida del calor de hidratacion

Uno de los objetivos del modelo numérico es la
consideracion del calor de hidratacion del cemento
durante el proceso de fraguado. Para ello, se ha
realizado el hormigonado de un cubo de 1m de lado con
la introduccion de unos sensores de temperatura en su
interior (Figuras 5 y 6). De esta forma se dispone de las
medidas sobre la evolucion de la temperatura en el
interior del hormigoén (Figura 7) [12].

Figura 5. Imagen del cubo previa al hormigonado con
los sensores de temperatura colocados en su interior.

Figura 6. Cubo una vez completado el hormigonado y
el desencofrado.

Evolucién temp sensores 9-16

Sensor 9

—Sensor 10

5

Sensor 11

=——Sensor 12

30 i Sensor 13
N\ Sy T

Temperatura(2C)
w
o

Sensor 14

‘ Sensor 15
7 e A N S
0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100 110120

Edad del hormigén [horas) Ambiente

Sensor 16

Figura 7. Resultados obtenidos en algunos de los
sensores de temperatura durante la camparia
experimental.

El cubo de hormigén no se ha aislado del exterior, con
el objetivo de poder calibrar el modelo numérico a
realizar y considerar todo tipo de influencia exterior.
Asi, se contempla la posibilidad real de evacuacion del
calor de hidratacion por conveccion en las superficies
exteriores del cubo.

3. SIMULACION CALOR DE HIDRATACION
3.1. Modelo térmico

Se ha realizado un modelo numérico en ABAQUS de un
cubo de 1m de lado con las siguientes propiedades del
material:

- Densidad: 2240 Kgm-3

- Coeficiente de expansion térmica: 1e-5 °C-1
- Conductividad: 2.5 Wm-1°C-1

- Calor especifico: 922 JKg-1°C-1

Para introducir en ABAQUS el efecto del calor de
hidratacion, se ha de introducir un flujo de calor en el
cubo que evolucione con la edad de curado del
hormigén. El modelo empleado para predecir el flujo de
calor de hidratacion en funcion del tipo de cemento y
composicion del hormigon ha sido el de Schindler y
Folliard [13].

En las figuras 8 y 9 se muestran los resultados obtenidos
y su constatacion con los resultados experimentales,
pudiendo observarse la gran precision de los resultados.

Figura 8. Temperatura en el cubo a las 12 horas (izq.) y
a las 120 horas (dcha.).
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Figura 9. Evolucion de temperaturas con el tiempo y
constatacion con resultados experimentales.



3.2. Modelo térmo-mecanico

Posteriormente se ha realizado un modelo termo-
mecanico que permite el analisis de la evolucion de las
deformaciones y tensiones de origen térmico. Las
propiedades mecanicas del hormigébn se han
considerado variables en el tiempo, segin los resultados
experimentales obtenidos. Para el hormigén se ha
considerado un modelo con comportamiento cuasi-fragil
de la biblioteca de ABAQUS como es el modelo
“concrete damage plasticity” [] que necesita de la
energia de fractura del material y de la resistencia a
traccion.

En la figura 10 se muestra el estado tensional obtenido
en el cubo de hormigdn para el instante de maxima
temperatura (12 horas aproximadamente).
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Figura 10. Estado tensional para temperatura maxima
de hidratacion.

4. APLICACIONES

Con la puesta a punto del modelo térmico del hormigéon
y con los datos de evolucion de propiedades mecanicas
y en fractura obtenidas, se ha realizado un modelo
numérico avanzado que permite el analisis del estado
tensional en elementos estructurales de cierta
importancia.

4.1. Muro de contencion con analisis de evolucion de
carga madxima

Dentro de las aplicaciones realizadas con este modelo se
encuentran dos muros de contencién donde se analiza el
estado tensional y de fisuracion, con obtencion de la
carga maxima.

En este modelo para un muro en ménsula (figura 11), se
ha introducido la carga térmica por hidratacion del
cemento, la evolucion de las propiedades mecénicas y
de fractura del hormigén, asi como las armaduras como
elementos barra embebidos en el hormigon.

Debido a la introduccion de modelos de dafio para el
hormigén con ablandamiento en traccion se ha podido
obtener las curvas P-desplazamiento de la cabeza del

Anales de Mecanica de la Fractura 30, Vol. Il (2013)

muro en funcion de la edad de fraguado del material
(figura 12). Asi, se ha podido obtener la evolucion de la
carga maxima admisible del muro (como presion
transversal) en funcion de la edad de fraguado (figura
13).

Figura 11. Modelizacion de armaduras y muro

completo.
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Figura 12. Tensiones en el hormigon y en las
armaduras a una edad de 11 dias.
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Figura 13. Tensiones en el hormigon y en las
armaduras a una edad de 11 dias.
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4.2.  Muro de contencion con andlisis del proceso
COnstructivo

El segundo de los modelos realizados como
aplicaciones es un muro construido en Loja, Granada
(figuras 14 y 15). El modelo realizado, ademas del calor
de hidratacion, la evolucion de las propiedades
mecanicas, comportamiento en fractura del hormigon y
la introduccién de armaduras embebidas, considera un
proceso evolutivo de construccion por fases. La
diferencia entre fases constructivas es de tres dias, por
lo que el modelo contempla la activacion del material en
funcién del periodo de tiempo que se esté analizando.

Figura 14. Construccion de muro de contencion en
Loja, Granada.

Figura 15. Modelizacion de armaduras y muro
completo.

La carga de empuje de las tierras se introduce a los 11
dias que es cuando se procede al vertido de las mismas
tras el desencofrado. Los resultados obtenidos (figura
16) muestran un nivel de seguridad aceptable, por lo que

el desencofrado realizado y considerando las fases
evolutivas de construccién no producen un nivel de
fisuracion excesiva, tal y como se pudo comprobar in-
situ sobre la obra real.

k -

Figura 16. Tensiones en el hormigon y en las
armaduras a una edad de 11 dias.

5. CONCLUSIONES

Se ha puesto a punto un modelo numérico en ABAQUS
que considera un comportamiento cuasi-fragil del
hormigén, permite la realizacion de un analisis termo-
mecanico del hormigén a edades tempranas mediante la
simulaciéon del calor de hidratacion del cemento,
considera la evolucion de las propiedades mecanicas y
en fractura del hormigén con el tiempo y realiza un
analisis del proceso constructivo evolutivo de la
estructura.

Los resultados obtenidos muestran una gran precision
mediante comparaciéon ~ con los resultados
experimentales. La mayor evolucion de las propiedades
mecanicas y en fractura del hormigén se producen
durante los 7 primeros dias de curado, por lo que el
analisis de carga mas exhaustivo debe realizarse para
desencofrados anteriores a esa edad.

La aplicacion a casos reales ha permitido analizar el
nivel de seguridad de la estructura a edades tempranas,
determinando el tiempo optimo de desencofrado de las
estructura.
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RESUMEN

En este articulo se estudia el comportamiento ante la fatiga de implantes dentales de titanio comercialmente puro grado
4. Dichos implantes se ven sometidos a ciclos de carga y descarga durante la masticacion, lo cual produce sobre el
implante la acumulacion de dafio por fatiga y una posible rotura. En el trabajo se analizan la influencia de diversos
factores: concentracion de tensiones debido a la rosca externa y el tratamiento superficial. Para conseguir este objetivo
se han disefiado una serie de ensayos a fatiga sobre geometrias sencillas (probetas lisas con y sin tratamiento
superficial) y sobre implantes comerciales. Por otro lado, se han analizado las tensiones en el implante con ANSYS, a
partir de ellas se ha obtenido el factor de intensidad de tensiones y se analizan las fases de iniciacion y propagacion.
Finalmente se han comparado los resultados teéricos con los experimentales.

ABSTRACT

This paper studies the fatigue behaviour of dental implants made of commercially pure Titanium grade 4. These
implants are subjected to loading and unloading during mastication, which produces an accumulation of damage in the
implant and possibly a failure. This work analyses the influence of different factors: stress concentration at the external
thread and the surface treatment. This objective is achieved by designing a series of fatigue tests in simple geometries
(smooth specimens with and without the surface treatment) and in commercial implants. On the other hand, the stresses
in the implant have been modelled with ANSYS, from these stresses the stress intensity factor is calculated and the
initiation and propagation phases are analyzed. Finally the theoretical and experimental results have been compared.

PALABRAS CLAVE: Implantes dentales, Estimacion de vida, Titanio.

1. INTRODUCCION tiempo y dinero. De ahi viene el interés de aplicar

modelos de prediccion de vida para intentar mejorar el

Los implantes dentales se ven sometidos durante su vida
a muchos ciclos de carga, principalmente los producidos
durante la masticacion. Debido a la fatiga pueden llegar
a romperse, teniendo consecuencias graves desde el
punto de vista clinico. El disefio de los implantes en
cuanto a geometria y materiales es algo que evoluciona
continuamente. Para poder evaluar la idoneidad de cada
disefio se deben realizar unos ensayos normalizados de
fatiga sobre los implantes. La norma utilizada a este fin
en Espafia es la UNE-EN ISO 14801 [1]. En ella se dice
que hay que realizar una serie de ensayos de fatiga con
distintos niveles de carga, cada vez de menor valor hasta
conseguir que en un mismo nivel de carga haya tres
ensayos de duracion superior a 5 millones.
Evidentemente, obtener esta curva requiere mucho

disefio sin recurrir a tantos ensayos.

No hay muchos trabajos que modelen y estudien
numéricamente los implantes dentales. En estos trabajos
se comparan las propiedades a fatiga de distintos
materiales y el efecto de tratamientos superficiales [2,3]
y se estima la vida de un implante basandose en célculos
numéricos [4].

El objetivo del presente articulo es desarrollar una
metodologia para poder estimar la vida de un implante
basandose en las propiedades del material y en un
modelo numérico del implante. En este trabajo se
analizara el comportamiento del implante en un ensayo
normalizado de fatiga. Un paso posterior seria simular



el proceso de fatiga durante el funcionamiento real del
implante en la mandibula.

El proceso de fallo por fatiga de un elemento cualquiera
se puede dividir en dos fases: iniciacion y propagacion
de una grieta. Dichas fases se modelan de forma
distinta, se usan criterios de fatiga multiaxial para la
primera y la mecanica de la fractura para la segunda. En
teoria habria que combinarlas las dos pero debido a su
dificultad en muchas ocasiones los modelos de
prediccion desprecian una u otra. En los casos practicos
donde se pueda asimilar que desde el principio hay
defectos suficientemente grandes se podra despreciar la
fase de iniciacion [5]. En otros se supondra que casi
toda la vida se emplea en iniciacion [6]. Un modelo
muy difundido es el de las distancias criticas, donde se
evaltan las tensiones en el concentrador a una cierta
profundidad para estimar el limite de fatiga [7] o incluso
para estimar la vida [8]. Sin embargo, en ocasiones esto
lleva a evaluar las tensiones a una distancia que puede
ser de varios milimetros. En el caso del implante las
dimensiones son tan pequeflas que esto resultaria
imposible. Otros modelos de prediccion combinan la
iniciacion y propagacion de grietas [9,10].

El modelo de prediccion de vida utilizado en este
trabajo se ha usado con ¢€xito anteriormente en varios
tipos de ensayos donde hay gradiente de tensiones:
fretting fatiga con contacto cilindrico, esférico y en la
fatiga de una placa con agujero [11,12]. Este modelo
combina las fases de iniciacion y propagacion sin
definir a priori donde termina una y empieza la otra.
Ademads no plantea ningin problema a la hora de
aplicarlo a piezas tan pequeias como los implantes.

2. CARACTERIZACION DEL MATERIAL

El material empleado en este estudio es titanio
comercialmente puro de grado 4. Se trata de una fase a
con un contenido en oxigeno del 0.4% en peso y un
tamafio de grano de 20 micras. Este material esta siendo
actualmente utilizado en la fabricacion de implantes en
general y esta sustituyendo al Ti-6Al-4V por carecer de
elementos aleantes que pudieran resultar dafiinos para el
organismo como es el caso del vanadio. Tanto las
probetas como los implantes fueron proporcionados por
la empresa Galimplant®.

Para poder aplicar el modelo de prediccion es necesario
conocer las propiedades del material, las de fatiga y las
de crecimiento de grieta. En la propagacion se utilizaran
las propiedades del crecimiento de grieta de una
aleacion Ti-6Al1-4V [13], suponiendo que no son muy
diferentes, ya que de momento no se dispone de las del
material usado. Las constantes utilizadas son C = 1.8 10°
By n =5, para la velocidad en metros/ciclo, el factor de
intensidad de tensiones en MPa m”® y R = 0. Para las
propiedades fatiga se realizaron una serie de ensayos
que se muestran a continuacion.

2.1. Sin tratamiento superficial

En la literatura existen pocos datos sobre este titanio por
lo que resulta vital realizar una serie de ensayos y
medidas para caracterizarlo. Por un lado se han
realizado ensayos de traccion para determinar la
resistencia a la traccién, o, = 807 MPa, limite elastico,
o, = 775 MPa, y médulo de Young, £ = 104.5 GPa. La
rugosidad superficial medida es R, = 0.2 pm.

Por otro lado se ha caracterizado el material a fatiga en
ensayos con tension media nula, R = -1, y frecuencia 10
Hz. Las probetas utilizadas se muestran en la figura 1 y
la curva de fatiga obtenida en la figura 2.
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Figura 1. Probeta utilizada en los ensayos de fatiga.
Cotas en milimetros.

2.2. Con tratamiento superficial

También se han ensayado probetas a fatiga con la
misma geometria pero con el mismo tratamiento
superficial que llevan los implantes. Este tratamiento se
aplica con el objeto de que se produzca una mejor
osteointegracion del titanio con el hueso. El tratamiento,
desarrollado por la empresa Galimplant® y Ilamado
Nanoblast®, consiste en la generacion de una superficie
con un alto grado de pureza de TiO, y con una
rugosidad en torno a 2 um. El inconveniente en cuanto a
la fatiga es que dicho tratamiento produce un aumento
de la rugosidad. La figura 2 muestra las curvas de fatiga
del titanio empleado con y sin tratamiento superficial.
Se observa como dicho tratamiento reduce la resistencia
a fatiga, principalmente para vidas largas. La reduccion
del limite de fatiga es aproximadamente de un 12%.

T
500 4+-com t -
®  Sin tratamiento
Onm O Con tratamiento
Onnm
- 4504 O ] [ ] B
D‘: O [ | | |
% o [ ] [ ] -
o
2
g 400 1 lo |
B
O -
350 -
10* 10° 10° 10’
N° de ciclos

Figura 2. Curvas de fatiga del titanio puro grado 4 con
y sin tratamiento superficial.
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3. ENSAYOS DE IMPLANTES

En este apartado se muestran los implantes ensayados y
los resultados obtenidos en los ensayos de fatiga sobre
los mismos. La figura 3 muestra la geometria del
implante ensayado y la figura 4 la forma de aplicacion
de la carga. Esta se aplica segun la norma UNE-EN ISO
14801, donde se especifica que la fuerza ha de aplicarse
formando un angulo de 30 grados respecto al eje del
implante y que el coeficiente de asimetria de la carga
sea R = 0.1. Los ensayos se realizaron a una frecuencia
de 10 Hz. Se hicieron ensayos con cargas maximas de
220, 200, 160, 150 y 140 N que dieron vidas de 9545,
14630, 56398, 182613 'y 185723  ciclos,
respectivamente. Un ensayo con 130 N se interrumpio a
los 5 10° sin romperse.

Radio en el fondo
de la rosca
60 micras

8 mm

5mm

5 mm

Figura 3. Geometria del implante ensayado.

Figura 4. Montaje del ensayo del implante.

4. MODELO NUMERICO

El modelo numérico del implante ha sido realizado en
ANSYS. El objetivo de este modelo numérico es
obtener las tensiones y deformaciones en el implante asi
como el factor de intensidad de tensiones a lo largo del
camino de la grieta. Con esta informacion se puede
aplicar el modelo de calculo descrito en el siguiente

apartado y obtener la vida a fatiga. El factor de
intensidad de tensiones se ha obtenido utilizando una
funciéon de peso [14] a la que se le introduce la
distribucion de tensiones en el plano donde crece la
grieta, calculada mediante el modelo de elementos
finitos.

En el modelo del implante, figura 5, se han utilizado un
total de 311064 elementos tetraédricos de 10 nodos
solid 187 de ANSYS. El contacto entre el miembro
hemisférico de carga y el pilar, asi como el del pilar con
el cuerpo del implante se ha modelado mediante un
contacto tipo “bounded”. Se han aplicado condiciones
de desplazamiento nulo a los nodos situados en las
crestas del roscado externo del cuerpo del implante.
Esta condicion de contorno en desplazamiento ha sido
aplicada hasta una altura determinada, en concreto hasta
5 mm por debajo de la plataforma del cuerpo del
implante. En la norma esta distancia es 3 mm. En este
estudio se decidi6 aumentar esa distancia para alejar la
zona de iniciacion de la grieta de la zona de conexion
entre el cuerpo del implante y el pilar. Esta zona
presenta una geometria muy compleja y el analisis de la
evolucion de las tensiones en la misma sera abordado en
posteriores fases de este estudio. La densidad de
elementos ha sido controlada en las distintas zonas del
modelo. Se ha realizado un refinamiento de la malla en
la zona de iniciacion de la grieta, donde el tamaio de los
elementos es de 6 micras.

El modelo en la zona alrededor del lugar de iniciacion
de la grieta es elastoplastico, siendo en el resto elastico.
Se comprobd que en la zona limitrofe entre las dos el
nivel de tensiones estaba dentro del régimen elastico,
por lo que no se producian saltos bruscos de la tension.
La plasticidad se modeld mediante endurecimiento
cinematico, obteniendo las propiedades de un ensayo
realizado en el laboratorio.

Figura 5. Modelo del implante.

La figura 6 muestra la distribucion de la tension de von
Mises en la zona de la rosca. Hay que tener en cuenta
que el implante, zona gris en la figura 5, es hueco y
tiene una rosca interior. Por esta razon la distancia que
recorrera la grieta es tan pequefia. En la figura 7 se
muestra la evolucion de la tension normal a la grieta a lo
largo del camino de ésta para los cinco niveles de carga
analizados. En todos ellos hay una plastificacion en el



fondo de la rosca y la influencia del concentrador de
tensiones llega hasta una profundidad de unas 100
micras.

P

Figura 6. Distribucion de tensiones en el fondo de la
rosca.
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Figura 7. Tension normal a la grieta en los cinco
niveles de carga analizados.

5. MODELO TEORICO

En este trabajo se presenta un modelo para la prediccion
de vida que estd basado en otro propuesto por los
autores [12]. Tiene la caracteristica de que combina las
fases de iniciacion y de propagacion pero sin tener que
definir previamente la longitud de grieta donde termina
la iniciacion y comienza la propagacion. Cada fase se
analiza por separado. La fase de iniciacion se analiza
determinando el niimero de ciclos necesarios para que
se genere una grieta de longitud a. Dicho numero se
calcularé a partir de las tensiones a lo largo del camino
que sigue la grieta y de una curva de fatiga ¢-N que se
detallard mas adelante. El resultado es una curva, a — N,
que representa los ciclos necesarios para originar una
grieta de longitud a. En la fase de propagacion se
calcula el numero de ciclos que tarda en propagarse una
grieta desde cualquier longitud « hasta la rotura
utilizando la mecénica de la fractura. Para ello se integra
la ley de crecimiento desde cada longitud de grieta, a,
hasta la rotura, obteniéndose la curva (a — N,). La suma
de estas dos curvas daria la vida total en funcion de qué
valor se tome de la longitud de grieta que separa las

fases de iniciacion y propagacion. Estas dos curvas
muestran que cerca de la superficie domina el proceso
de iniciacion y lejos de ella el de propagacion, de forma
que el nexo entre las dos se encuentra en el minimo de
la curva de vida total descrita anteriormente. Por esta
razon y porque ademas es el valor mas conservativo, se
toma como solucion el minimo de la curva.

5.1. Fase de iniciacion

El modelo presentado en este articulo analiza la fase de
iniciacion basandose en el trabajo de McClung et al.
[15] para entallas. El primer paso consiste en la
obtencion de una curva de fatiga, £ — N |, , en probetas
lisas y sin entalla que proporcione el nimero de ciclos
necesario para generar una grieta de longitud a, en
funcion de la deformacion aplicada. Para cada nivel de
deformaciones, ¢, el nimero de ciclos de esta curva,
N _ | se obtiene a partir de la ecuacion:

£;a,°

da
f(a)

ar
N,,=N,=N,a)=N, - | (1)

t

Donde N, es el nimero de ciclos hasta el fallo
obtenido en'un ensayo de fatiga simple con tension g, a;
es la longitud de grieta, ar es la longitud a la que se
produce la fractura y f{a) es la ley de crecimiento. A
estas curvas, £—N |a[ , se les llamara curvas de
iniciacion.

En el caso de que se estuviera aplicando el modelo a un
ensayo de fatiga simple se podria calcular el nimero de
ciclos necesario para generar una grieta de longitud, a,,

utilizando la curva apropiada, £ - N |, .

En el caso de una pieza con un estado multiaxial y
gradiente de tensiones, se puede aplicar el mismo
proceso aunque con algunas modificaciones. En primer
lugar, es necesario un criterio de fatiga multiaxial, en
este caso se empleard el de Fatemi-Socie [16].
Posteriormente se calcula el parametro de Fatemi-Socie
(FS) para cada nivel de deformacién en las curvas de

iniciacion, ¢ — N, |, , obtenidas anteriormente. Con esto
t

se construyen las nuevas curvas FS—N, |, . Por otro

lado, cuando hay una entalla la tension disminuye
rapidamente con la profundidad, desde un méximo en la
superficie. La vida de iniciacion estimada sera una u
otra en funcion de donde se evalte el parametro de dafio
utilizado, F'S en este caso. La opcion que se considera
mas apropiada es calcular el FS medio entre la
superficie y la longitud de grieta a;, y con él entrar en la

curva FS—N,|, y obtener el nimero de ciclos

necesario para generar una grieta de longitud a,
Evidentemente, el célculo serd aproximado al usar un
valor medio, lo cual tiene asociado un cierto error, tanto
mayor cuanto mayor sea la zona sobre la que se calcula
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el valor medio del pardmetro de dafio. Esta opcion
significa que se estd haciendo la hipotesis de que a igual
valor medio del parametro de dafio en la zona, igual
nimero de ciclos para iniciar la grieta de esa longitud.

5.2. Fase de propagacion

Para la fase de propagacion se emplea la mecanica de la
fractura, tomando como longitud inicial una longitud
genérica, a. La ley de crecimiento utilizada trata de
modelar también el crecimiento de grietas pequeias
dado que la longitud de iniciacion definida puede ser del
orden de micras. La forma de hacerlo es introduciendo
un umbral de crecimiento modificado en funcién de la
longitud de grieta [12]:

- ac{ o

1721\
o’ j )

a’ vaf —1f

donde 4K, es el umbral de crecimiento de grieta larga,
fes un parametro que de forma general se toma igual a
2.5 [17], Iy es la distancia tipica hasta la primera barrera
microestructural y a, es la llamada constante de El
Haddad:

2
= 1(—“”“) ©)

7w\ Aoy

siendo Aoy el limite de fatiga. El factor que multiplica
al umbral de crecimiento de grieta larga en la ecuacion
(2) proviene de la aproximacion tedrica al diagrama de
Kitagawa-Takahashi, en el que se representa la tension
umbral en funcién de la longitud de grieta

La evolucion del factor de intensidad de tensiones,
calculado con la funciéon de peso [14], en los cinco
ensayos analizados se muestra en la figura 8.

25 1 1 1
——F=220N
204 |[---F=200N
....... F=160 N
D -~ F=140 N
3
g 154
<
a9
g
2 10+
<
54
0 T T T
0.0 0.1 02 03 0.4

Longitud de grieta (mm)

Figura 8. Evolucion del factor de intensidad de
tensiones en los cinco casos analizados.

5.3. Combinacion de la iniciacion y propagacion

Una vez que se han obtenido las dos curvas
mencionadas (@ — N, y a — N;), representadas en la
figura 9 para el ensayo con F =220 N, se suman las dos
obteniéndose una curva que representa la vida total en
funcion del valor que se tome para la longitud de
iniciacion. El minimo se toma como la vida a fatiga y el
punto donde se produce el minimo se toma como la
longitud de iniciacion. Este modelo se puede comparar
con otros donde se define a priori la longitud a partir de
la cual se toma propagacion. Aplicar dicho modelo seria
el equivalente a entrar en la grafica de la figura 9 con
una longitud de grieta a preestablecida obteniéndose
una vida de iniciacion y de propagacion. La ventaja del
modelo propuesto es que es mas conservativo y no hay
que tomar una decision sobre cuando termina una fase y
empieza la otra.

5x10* —t . :
i
\
4x10* |
4 Ciclos de iniciacion
- \ - - = - Ciclos de propagacion
\ N
o 4] H Ciclos totales
5 3x10 ‘\
35 ,k‘.
) L
T 0t \
o 2x10 \
A
Z N
N
~
1x10° Sl
0 T T T T T
0.00 0.02 0.04 0.06 0.08 0.10 0.12

Longitud de grieta (mm)

Figura 9. Aplicacion del modelo de prediccion en el
ensayo con =220 N.

6. ESTIMACION DE VIDA Y COMPARACION
DE RESULTADOS

En la figura 10 se muestran los resultados de los
ensayos a fatiga en implantes junto con las predicciones
teoricas utilizando el modelo explicado en el apartado
anterior. Las predicciones son razonables y algo
conservativas. La pendiente de la curva estimada es
practicamente igual a la de los ensayos. Es importante
resaltar que todo el proceso de iniciacion y propagacion
de grieta tiene lugar en menos de medio milimetro y que
el modelo es capaz de reflejarlo de forma aceptable.

Aparte de los posibles errores del modelo, otra razén
para las diferencias obtenidas puede ser el error de
caracterizacion del material, tanto en iniciacién como en
propagacion, ya que el numero de ensayos realizados es
relativamente pequefio. Por ello, a la vista de los
resultados puede decirse que independientemente de su
ajuste razonable a los experimentos, es necesario
realizar un mayor numero de ensayos de caracterizacion
asi como de implantes completos. En este ultimo caso



sera interesante tener mas resultados a cada nivel de
carga y para cargas correspondientes a vidas mas largas.

220+ [ i .
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Figura 10. Ensayos de fatiga en implantes y
estimaciones tedricas.

7. CONCLUSIONES

El resultado de este trabajo muestra que el modelo de
prediccion de vida propuesto, y utilizado también en
otras situaciones distintas, es muy versatil y robusto,
adaptandose a las distintas circunstancias.

Es importante resaltar que dicho modelo se adapta a la
prediccion de vida en implantes, elementos que dadas
sus pequefas dimensiones pueden presentar problemas
de escala. En cualquier caso, este estudio debe ser
extendido mediante una caracterizacion del material
mas completa y un mayor numero de ensayos de
comprobacion en implantes.
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RESUMEN

El presente trabajo muestra un método de prediccion de vida a fatiga por fretting mediante la estimacion de la velocidad
de crecimiento de grieta desde longitudes un orden de magnitud inferior al tamafio de grano del material. Esto se realiza
utilizando el modelo micromecénico de crecimiento de grieta que incorpora dos umbrales de crecimiento, asociadas a la
interaccion de la “zona plastica monotonica” y la “zona plastica ciclica” con la microestructura del material
respectivamente. Las predicciones del modelo reproducen satisfactoriamente las vidas a fatiga y la formacion de grietas
no propagantes observadas en ensayos de fretting con contacto esférico para la aleacion de aluminio 7075-T6.

ABSTRACT

The present work shows a method for assessing the fretting fatigue life by estimation of the fatigue crack growth rate
from microcracks to the final failure. This is done by using a two threshold small crack growth model. The propagation
thresholds are associated respectively with the interaction of the "monotonic plastic zone" and "cyclic plastic zone" with
the microstructure of the material. The fatigue life predicted and the estimation of non-propagating cracks agree very
well with the experimental fretting fatigue tests with spherical contact in 7075-T6 aluminum alloy.

PALABRAS CLAVE: Fatiga por fretting, Grietas pequefias, Vida a fatiga, 7075-T6, Contacto esférico.

1. INTRODUCCION fatiga desde el rango de grieta pequefia al de grieta

grande, aportando como novedad el empleo de sendas

El fallo por fatiga por fretting puede considerarse
basicamente como la nucleacion 'y  posterior
propagacion de grietas en un componente por la accién
combinada de unas tensiones globales ciclicas y unas
tensiones locales debidas al contacto entre dos
elementos [1,2]. La prediccion de vida a fatiga en estas
situaciones requiere describir adecuadamente el
crecimiento en el régimen de grieta pequefia, afectado
por el gradiente de tensiones generado por el contacto y
la variacion de la asimetria de los ciclos de tension local
a medida que la grieta progresa en el material [3].

Recientemente los autores han desarrollado un modelo
micromecanico de crecimiento de grieta pequefia por

condiciones umbrales de propagacion, basadas en dos
pardmetros: el rango y el maximo de las tensiones
locales aplicadas [4]. El modelo permite describir
adecuadamente el patron oscilante de las grietas
pequeiias debido a su interaccion con la microestructura,
y el efecto de la tension media en la vida a fatiga.

El presente trabajo muestra la aplicacion de dicho
modelo al caso de grietas iniciadas por fatiga por
fretting. Las predicciones se comparan con resultados
experimentales sobre probetas de Al-7075-T6 sometidas
a fatiga por fretting con contacto esfera-plano. De
acuerdo con los ensayos, el modelo permite predecir la
formacién de grietas no propagantes.



2. MODELO DE CRECIMIENTO DE GRIETAS

Una descripcion detallada y analisis de aplicacion del
modelo micromecénico de dos umbrales puede verse en

[4].

Brevemente, supongase una grieta de longitud 2a que
atraviesa un cierto nimero de granos de un policristal
cuando estd sometida a la maxima tension del ciclo. La
zona plastica monotdnica (ZPM) se supone bloqueada
por una barrera genérica i (véase figura 1 para la
notacion). Por simplicidad se considera un tamafio de
grano igual a D constante, y que solo actuan como
barreras los bordes de grano. La grieta propiamente
dicha, su zona pléastica y la zona de la barrera se
modelan mediante una distribucién continua de
dislocaciones (véase esquema de la figura 1). En

general, o7 representa la oposicion a la apertura de las

caras de la grieta, o) modela la oposicion al

deslizamiento plastico o resistencia a la fluencia del
material en la ZPM, que se extiende desde el frente de
grieta hasta la barrera donde se encuentra bloqueada, y

Gé representa la presion que soporta la barrera

microstructural.

0 a i D/ZHi D/2+I’(% X
< I il ill
Gmax nl nz l
Ou—AC cyclic plastic

Figura 1. Esquema de la grieta, las zonas plasticas y la
barrera en la maxima tensiéon y en la carga minima
(Modo I1).

Durante la descarga se genera una zona plastica ciclica
(ZPC) en el frente de la grieta, dentro de la ZPM,
extendiéndose tanto mas cuanto mayor sea el
decremento de la carga, i.e. Ao (véase figura 1).

Al igual que en el caso anterior, las barreras
microestructurales actuaran bloqueando el avance de la
ZPC. Se deben distinguir dos casos: (a) que la ZPC no
esté bloqueada por una barrera (figura 1), o bien, (b) que
la ZPC haya alcanzado una barrera genérica j ( j <i), y
se encuentre bloqueada por ella. En el segundo caso, el
tamafio de la ZPC sera simplemente d =j D/2 y por

tanto,

_ a

iD/2
Y en el primer caso la posicion de la ZPC ,d, debera
cumplir la ecuacion de equilibrio siguiente:

(1

Ny

ZAO'—AO'; cos™ =0 — n, =E=cos z Aq 2)
2 d 2 Ao,

donde Ao, es el decremento que debe producirse en la

tensién o} para invertir el flujo plastico. Suponiendo un

endurecimiento local puramente cinematico Aoy = 20} .

A falta de resultados experimentales mas precisos, la
referencia [4] discute una posible ley de evolucion para

0, de acuerdo con la evidencia experimental.

El rango del desplazamiento de apertura en el frente de
viene dado por

Al = ! AKZ{[AO}]jln[lj+”“l_(nd)n [1—2(Ao-zjjcos]ndﬂ
n) 2 Ao

" 7°E’ Ao
(3)
donde AK = AO'\/E . En
E'=E/(1-v?) yen tensién plana E'=E..

Ao ny V3

deformacion  plana

La velocidad crecimiento se supone que evoluciona
seglin una ley potencial de la forma da/dN =B, (A¢)",

donde B, y m son pardmetros a determinar
experimentalmente. B depende de una propiedad del

material, By, y de las tensiones aplicadas a través de la
. T o
expresion B, =B,/ cos| — —"% |,
2 oy

Las condiciones umbrales para que la ZPC y ZPM
puedan superar las sucesivas barreras microestructurales
del material mientras la grieta avanza, vienen dadas
respectivamente por

i _ 4 Umax K:“
nl|C —COS(ET;[I—K—;MJJ (4)

nj| =cos ZAO.. l—ﬁ %)
dle 2 Ac) AK

donde K, y AK,, son respectivamente el umbral de

crecimiento asociado a la tensidbn maxima, umbral
maximo, y el asociado a la carga ciclica, umbral ciclico,
para una grieta creciendo por fatiga. Ambos umbrales
son independientes y su evoluciéon con la longitud de
grieta puede obtenerse de diagramas tipo Kitagawa. A
falta de datos experimentales pueden emplearse
expresiones semiempiricas como la propuesta por
Vallellano et al. [5,6].
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En la figura 2 se muestra la evolucion esquematica de la
velocidad de crecimiento proporcionada por el modelo
para el caso de una carga ciclica de distribucion
uniforme. Como se puede comprobar, la velocidad de
crecimiento exhibe el tipico patrén de deceleraciones y
aceleraciones caracteristico de las grietas pequefias. Las
deceleraciones son consecuencia de los sucesivos
bloqueos de la ZPC en las barreras del material, los
cuales provocan una reduccion en A¢ a medida que la

grieta crece. Las aceleraciones, por su parte, son el
resultado del subito incremento en la extension de la
ZPC al superar dichas barreras, que se traduce en un
subito incremento de A¢. Como se puede observar, a

medida que la grieta aumenta, éste patron oscilante se
va reduciendo al ir entrando en el régimen de grietas
grandes.

Long crack
(EPFM)

\ Long crack

(LEFM)

Crack propagation rate, da/dN

small crack
Mechanical

Microstructural threshold
threshold /
| j

Stress intensity factor, K¢

Figura 2. Ley de crecimiento para grietas peguefias.
Curvas clasicas de grietas grandes (EPFM y LEFM).

3. RESULTADOS EXPERIMENTALES

Los resultados experimentales analizados en el presente
trabajo corresponden a ensayos de fatiga por fretting
empleando contacto esfera-plano. Estos se encuentran
descritos en detalle en la referencia [7]. El dispositivo
de ensayo empleado permite aplicar, de manera
independiente y controlada, y una carga axial ciclica (P)
sobre una probeta de seccion rectangular y una carga
normal constante (N) a las esferas en contacto con la
probeta, lo que genera una carga tangencial ciclica (Q)
entre esfera y probeta (véase Figura 3). Las probetas y
esferas fueron obtenidas de barras extruidas de Al 7075-
T6 de 25.4 mm de diametro. El tamafio medio de grano
D medido perpendicularmente a la superficie de la
probeta fue de 35 um. Las propiedades mecanicas se
muestran en la Tabla 1 [8].

Tabla 1. Caracteristicas mecanicas del Al7075-T6.

on (Mpa) o (MPa) 1
(10° ciclos) (10’ ciclos) Kth. MPa m
190 155 5

%!Px

Figura 3: Esquema del dispositivo de ensayos.

La Tabla 2 muestra la vida a fatiga obtenida en los
diferentes ensayos. En todos los casos el coeficiente de
asimetria global de las cargas axiales y tangenciales
aplicadas fue R=-1. En los casos en que no fallaron las
probetas, se marca el numero de ciclos aplicados y el
simbolo NF en la columna correspondiente.

Tabla 2. Cargas empleadas, nUmero de ciclos aplicados
y longitudes maximas de las grietas observadas.

Oax Ciclos

Test N | Q) | i | (o | a ()
T7 | 30 | +15 | £86,2 | 480 (F) -
T8 | 20,8 | 15 | +842 | 449 () -
T9 | 15,6 | 15 | 86,2 | 395 (F) -
TI1]12,5] +15 | +842 | 361 (F) -
T12] 18,5 | 13,6 | 78,1 | 551 (F) -
TI3| 16 | 11,7 | 83,9 | 530 (F) -
Ti16] 13,9 | 10 | 83,8 | 803 (F) -
T17]103 | +7,5 | £83,6 | 2940 (F) -
T19]833| +8 | +836 | 616 (F) —
T32] 20 | =15 | +842 | 549 (F) —
T33| 20 | 15 | 712 | 516(R) —
T14|8,75| +7 |+83,56| 3000(NF) | 53

TI5| 13 | +7 [+83,56| 10000 (NF) | 40

TI18| 7,31 | +6,6 |+83,53| 3450 NF) | 162
T22| 20 | 11,5 |+55,92| 1410 (NF) _
T23| 20 | +16 [+63,78| 2186 (NF) | 65
T27| 20 | 420 | 64,1 | 2500 (NF) -
T28 | 24 |+20,25]+64,12| 2660 (NF) —
T31| 12 | +9 [+83,72] 2680 (NF) —
T34 20 | +15 | +572 | 1540 NF) | 150
T35] 20 | +15 | +642 | 2940 (NF) | 110

T36| 20 | +15 | +60,2 | 1777 (NF) | 150

La mayor parte de las probetas que no fallaron se
analizaron con técnicas metalograficas para determinar
la zona de iniciacion de las grietas, y la longitud y forma
de grietas no propagantes. A modo de ejemplo la Figura
4 muestra la micrografia de las grietas detectadas en el
ensayo T35. La Tabla 2 recoge las longitudes maximas
de las grietas encontradas en los ensayos analizados.

En términos generales, las grietas principales se
iniciaron proximas al plano de simetria del contacto, en



la zona mas externa del mismo (véase esquema en Fig.
5). Tras la etapa I de crecimiento en modo II, sobre una
distancia en torno a las 10-20 pm, las grietas
comenzaron a crecer fundamentalmente en modo I,
siguiendo los planos de maxima tension normal (Fig. 5).

Figura 4. Grietas en el ensayo T35 mostrando la etapa |
y Il de propagacion.

N
¢

zona de
deslizamiento

T

Figura 5. Esguema de la zona de contacto y de
iniciacion de las grietas.

4. APLICACION PRACTICA. DISCUSION
4.1. Distribucioén de tensiones en el material

El estado tensional generado por el contacto en cada
caso se ha obtenido empleando las expresiones
analiticas obtenidas por Hamilton en deformacion plana
e incluyendo la excentricidad de la zona de adherencia
provocada por la carga axial en la probeta [3]. Las
distribuciones de tension normal (maximo y rango) se
han obtenido en el limite exterior de la zona de
deslizamiento, sobre el plano de simetria del conjunto, y
en un plano formando 90° con la superficie.

La figura 6 representa los valores de tensiones maximas
o(n) y rango Ac(n) obtenidas numéricamente para los
ensayos del T32 al T36. La linea de trazos indica los
ensayos en los cuales las probetas no fallaron y se
generaron grietas no propagantes, y la linea continua
aquellos donde se produjo el fallo de la pieza. La figura
7 muestra, para el ensayo T35, la fuerte variacion local
de la relacion de asimetria de los ciclos de carga a
medida que se profundiza en el material.

Notese que a partir de la evolucion de las tensiones con
la profundidad deben obtenerse las tensiones maxima

efectiva y el rango efectivo, que tendra en cuenta el
gradiente de tensiones, la superficie libre de la probeta y
la forma de la grieta [3]. Dichas tensiones efectivas
seran las que se empleen en las ecuaciones del modelo
presentado en la seccion 2.
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Figura 6. Tensiones maximas a(;) y rango 4a() para
varios ensayos.
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Figura 7. Relacion de tension local onin/Onex @

diferentes profundidades en la direccion de la grieta
para el ensayo T35.

4.2. Parametros del modelo

El tamafio medio de grano en la direccion de
crecimiento se ha tomado de 35 um. El valor méximo
considerado del limite de fatiga para R=-1 es 190
MPay el limite de fluencia, 505 MPa. El FIT umbral en
el maximo (Kt*hw) ha sido 2 MPa m'? y se asume, a
falta de mejores resultados, un FIT umbral ciclico,
AK,, ., de igual valor.

La determinacion de los parametros de la ley de
crecimiento del material se ha realizado a partir del
ajuste del modelo a los datos de grieta grande. La figura
6 muestra el ajuste realizado, donde B, =100 vy

m=1.65. Para el régimen de grieta pequefla se ha
mantenido el mismo exponente mM=1.65. En cambio,
como es habitual cuando no existe plasticidad a pequefia
escala, el parametro B, se ha supuesto variable con la
tension aplicada, como ya se ha indicado.

4.3. Predicciones de vida

El modelo propuesto se ha aplicado para simular los
procesos de fatiga producidos por las condiciones de los
ensayos de la Tabla 2. Unos ensayos terminaron en
fallo, en se detuvo el ensayo a un alto nimero de ciclos
sin producirse el fallo de la probeta.
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La figura 8 muestra las curvas de variacion de la
velocidad de crecimiento de grieta para tres de los
ensayos que terminaron en fallo. Puede comprobarse la
similitud con la curva de la figura 2, con una diferencia
importante. En la figura 2, correspondiente a fatiga
simple en probeta plana con grieta en el centro, la
tendencia de la velocidad es siempre creciente, con los
altibajos producidos por las barreras microestructurales.
En la figura 8, el alto gradiente de tensiones en las
proximidades del contacto hace que la tendencia global
sea inicialmente decreciente, aparte de las oscilaciones
producidas por la microestructura.

1,E-07 4

Q=15 (N)

1,E-08 -

da/dN

1,E-09 +

1,E-10 4

- - - - TO7TN=30(N) - Sigma=862 (MPa)

— — T08N=208 (N)- Sigma=84,2 (MPa)

T09 N=15,6 (N) - Sigma=86,2 (MPa)

1,E-11 T
1,E-06 1,E-05

1,E-04 1,E-03 1,E-02
Longitud de grieta (m)

Figura 8. Velocidad de crecimiento de grieta en funcién
delalongitud de la misma, ensayos TO7, TO8 y T09.

La Tabla 3 muestra una comparacion entre las vidas
experimentales obtenidas en los ensayos que fallaron, y
los resultados de las simulaciones realizadas para los
mismos ensayos. En una columna de la tabla se
representa el error producido en el numero de ciclos,
expresado mediante la ecuacion:

Error =100x(N,, — N, )/N,, (6)

Puede comprobarse que, excepto en un caso, los errores
obtenidos son relativamente muy pequefios.

Se han realizado también las simulaciones de los
ensayos terminados sin fallo. La Tabla 4 muestra una
comparacion de los resultados obtenidos. En ella se
muestran, en la segunda columna, los niimeros de ciclos
aplicados y, en la siguiente, las longitudes de grieta
detectadas mediante analisis metalografico, analizando
secciones de la probeta perpendiculares a la grieta,
separadas aproximadamente 20 um. La cuarta columna
muestra con una F o NF el resultado de la simulacion: F
representa un caso de fallo en la simulacion y NF el fin
de la simulaciéon sin fallo. Y la quinta muestra la
longitud de grieta obtenida mediante simulacion al final
del ensayo en los casos NF. Debe hacerse notar que,
dado el enorme trabajo que supone determinar las

longitudes de grietas no propagantes mediante pulidos
sucesivos, ataques y medida de las longitudes en mas de
50 secciones por probeta, solo se han medido en algunas
de las probetas resultantes de ensayos concluidos sin
fallo.

Puede comprobarse que en un niimero importante de
casos se predice la parada de la grieta y una longitud de
la misma que no estd lejos de la realmente medida;
especialmente si se tiene en cuenta la tendencia a
pararse en las proximidades de los bordes de grano y la
aleatoriedad de la distribucion de los tamafios de grano
en el material.

Tabla 3. Comparacion entre las vidas a fatiga
experimentales y predichas en distintos ensayos.

Test Nexp Npred Error (%)
T7 | 480000 |429740 10

T8 | 449500 | 473112 -5

T9 | 395000 |426915 -8
T11 | 361000 | 427369 -18
T12 | 551000 | 611847 -11
T13 | 530000 | 555177 -5
T16 | 803000 | 604463 25
T17 |2940000 -- Grieta no propagante
T19 | 616500 | 646622 -5
T32 | 549000 | 473545 14
T33 | 516000 | 756588 -47

Tabla 4. Comparacién entre las longitudes de grieta no
propagantes experimentales y predichas en distintos
ensayos.

EXPERIMENTAL PREDICCION
. . . Error en

Test ilcll(;s ?SES‘ FoNF ((}r;lﬁgl carga, %, y
Grieta (mm)

T14 | 3000 | 0,053 NF 0,052 --

T15 | 10000 | 0,040 NF 0,052 --

T18 | 3450 | 0,162 F -- 2% (0,052)

T22 | 1410 -- NF 0,052 --

T23 | 2186 | 0,065 F -- 5% (0,122)

T27 | 2500 -- F -- 14% (0,122)

T28 | 2660 -- F -- 10% (0,122)

T31 | 2680 -- F -- 4% (0,087)

T34 | 1540 | 0,150 NF 0,087 --

T35| 2940 | 0,110 F -- 2% (0,122)

T36 | 1777 | 0,150 NF 0,122 --

Para hacer una estimacion del orden de magnitud del
error producido en los casos en que se predice el
crecimiento de la grieta hasta el fallo, se ha determinado
el porcentaje de reduccion que habria que variar N, Q y



© para que se produjera la detencion de la grieta. Dicho
porcentaje representa, basicamente, el error en tensiones
o0 en cargas que se estd produciendo al predecir el fallo
de la probeta que no falla experimentalmente. La sexta
columna muestra este porcentaje. Al mismo tiempo,
entre paréntesis se representan las longitudes de grieta
obtenidas en esos casos. Se puede apreciar que los
valores de las reducciones de carga necesarios son
relativamente pequeflos. Igualmente, las longitudes de
grieta no propagantes estimadas son del mismo orden de
magnitud que las medidas en los ensayos.

La figura 9 muestra las curvas de variacion de la
velocidad de crecimiento de las grietas en dos casos en
que se predice la detencion de la grieta. Se puede
apreciar que la grieta reduce enormemente su velocidad
en los bordes de grano, antes de detenerse.
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Figura 9. Velocidad de crecimiento de grieta en funcién
delalongitud de la misma, ensayos T15y T36.
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Figura 10. Diagrama de Kitagawa-Takahashi.

Para estimar la longitud de detencion de la grieta, puede
trazarse un grafico como el de la figura 10,
representando la tension efectiva que tiende a hacer
crecer la grieta [3] frente a las tensiones resistentes, en
funcion de la longitud de la grieta. La grieta se detendra
cuando al ir creciendo, la tension efectiva se haga menor
que la resistente. El caracter discontinuo de la curva de
tensiones resistentes es producto de considerar un
modelo plano, con longitudes de grieta definidas. En
cualquier caso, se puede comprobar que las grietas
tienden a detenerse en las proximidades de los bordes de
grano, representados por las discontinuidades.

5. CONCLUSIONES

El modelo propuesto realiza wuna descripcion
micromecanica del crecimiento de grietas pequenas
basada en dos condiciones umbrales acorde con la
evidencia experimental en situaciones de fatiga por
fretting. Este modelo permite estimar la vida a fatiga y
cuantificar la posibilidad de que ocurran o no grietas no
propagantes en el material. Las predicciones cualitativas
y cuantitativas obtenidas para la aleacion de aluminio
7075-T6 sometida a fretting con contacto esférico se
encuentran en razonable acuerdo con la evidencia
experimental.
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RESUMEN

En el presente trabajo se estudia la sensibilidad a las entallas suaves de alambres de acero inoxidable duplex fuertemente
trefilado. Las entallas consideradas son reducciones de la seccion transversal del alambre no simétricas respecto al eje de
revolucion. Tras constatar experimentalmente que los alambres con este tipo de dafio fallan por agotamiento plastico, se ha
determinado numéricamente la carga de agotamiento plastico en funcion de la profundidad de entalla empleando un mode-
lo computacional de elementos finitos. Los resultados numéricos indican que la mayor deformabilidad del alambre debida
a la entalla actiia en favor de su tolerancia al dafio y permite que ésta alcance el limite superior dado por la carga de
agotamiento a traccion simple del ligamento resistente.

ABSTRACT

This research deals with the sensitivity to blunt notches of highly cold-drawn wires made of duplex stainless steel. The
analyzed notches are actually reductions of the wire cross section, asymmetrically mechanized with respect to the
longitudinal wire axis. Once experimentally verified that the notched wires fail by plastic collapse, the failure load was
found as a function of notch depth by means of a finite element model. The numerical results show that the higher
compliance of the wires provided by the notch increases their damage tolerance up to the upper bound given by the tensile

plastic failure load of the notch ligament.

PALABRAS CLAVE: Acero inoxidable duplex trefilado, Agotamiento plastico bajo flexo-traccion.

1. INTRODUCCION

La resistencia, ductilidad, tenacidad y baja sensibilidad a
los medios agresivos son las caracteristicas de los aceros
inoxidables austeniticos y austeno-ferriticos (duplex) que
explican su creciente uso como armaduras pasivas para
hormigoén armado y explican el interés de evaluar sus po-
sibilidades de utilizacion como armaduras activas.

La forma mas directa de producir acero inoxidable con
los niveles de resistencia requeridos por las armaduras
activas es el estirado en frio sucesivo del alambroén fabri-
cado por laminacion, hasta obtener alambre con reduccio-
nes de seccion del 80%. El proceso se conoce como trefi-
lado y se lleva a cabo escalonadamente, haciendo pasar el
acero por hileras sucesivas. Investigaciones recientemen-
te realizadas indican que el alambre inoxidable diplex
fuertemente trefilado conserva su baja sensibilidad a la
corrosion bajo tension y a la fragilizacion por hidrogeno
[1], y que su tolerancia al dafio es superior a la del acero
eutectoide trefilado que se usa mayoritariamente como
armadura activa del hormigén pretensado [2]. La orienta-
cion que adquiere la microestructura por efecto del trefila-

do induce una marcada anisotropia de fractura cuya in-
fluencia en la tolerancia al dafio parece determinante [2].

Sin embargo, esta conclusion podria estar muy condicio-
nada por el tipo el dafio inflingido al alambre para evaluar
su tolerancia al dafio. Los alambres sometidos a ensayo de
fractura habian sido prefisurados transversalmente por fa-
tiga a fin de que el dafio generado fuese de la maxima se-
veridad posible, pero el mecanismo de rotura activado
(propagacion de la fisura en la direccion longitudinal del
alambre, con detencion posterior y fallo final por estric-
cion del ligamento resistente bajo mayor carga) planteaba
la posibilidad de que la tolerancia al dafio no alcanzase
las mismas cotas para tipos de dafio que activasen meca-
nismos de fallo diferentes.

El tipo de dafio analizado en este trabajo se sitia en el li-
mite opuesto a una fisura en cuanto a severidad, ya que se
reduce a una simple pérdida de seccion resistente no si-
métrica respecto al eje del alambre. Consecuentemente, el
efecto del dafio, ademas de reducir la seccion resistente, es
convertir la carga de traccion del alambre en carga de fle-
xotraccion. La transicion empleada en la disminucion de



seccion transversal se ha suavizado suficientemente para
evitar concentraciones de tension superiores al gradiente
debido a la carga de flexotraccion.

Dado el objetivo de la investigacion, la reduccion de sec-
cion ha consistido en modificar un tramo de una muestra
de alambre transformando su seccion transversal circular
en rectangular de modo que la nueva seccién conserva un
eje de simetria de la primitiva, pero los centros han sido
desplazados.

El agotamiento plastico a flexotraccion de secciones rec-
tangulares ha sido poco estudiado, y siempre en deforma-
cién plana. Hill [3] considera material rigido-plastico sin
endurecimiento y afiade a las cargas de traccion y flexion
una presion uniforme longitudinal para compensar el de-
sequilibrio mecénico que producen las grandes deforma-
ciones, Swift [4] aborda el caso de material elastico no li-
neal y Zhou [5] el de material elasto-plastico con endure-
cimiento de tipo Ramberg-Osgood.

Las muestras de alambre de doble seccion se han modeli-
zado mediante elementos finitos para diferentes anchuras
de la seccion rectangular y se ha obtenido la carga de ago-
tamiento plastico de cada una reproduciendo computacio-
nalmente el proceso de carga hasta alcanzar y sobrepasar
la estriccion. Para una de las anchuras, los resultados com-
putacionales se comparan con los valores experimentales
medidos en un ensayo instrumentado mediante extenso-
metria computerizada de imagenes digitales [6].

2. EXPERIMENTACION

El material estudiado es un acero inoxidable duplex EN
1.4462 [7], cuya composicion quimica figura en la tabla
1. El alambre trefilado tiene 4 mm de didmetro y fue fa-
bricado comercialmente tras una reduccion escalonada de
seccion del 80%, partiendo de un alambréon de 9 mm de
diametro.

Tabla 1. Composicion quimica del alambre estudiado
(porcentajes en peso)

C |Si |[Mn| P S N | Cr | Mo |Ni
0,03 10,614(1,779/0,029/0,001|0,178/22,8|3,33(4,8

Las propiedades mecénicas y la curva tension deformacion
del acero fueron obtenidas ensayando a traccion muestras
del alambre de 4 mm de diametro y 250 mm de largo. Las
deformaciones se midieron sobre base de medida 25 mm.
con un extensoémetro resistivo. La tabla 2 resume las pro-
piedades mecanicas.

Tabla 2. Propiedades mecanicas del alambre estudiado

Moédulo Limite Resistencia a Maxima

elastico elastico traccion deformacion
E Rpoz R uniforme

160 GPa|1420 MPa| 1660 MPa 2.2 %

La figura 1 muestra la curva tension-deformacion del ace-

ro en términos de la tension y la deformacion plastica ver-
daderas. Para modelizar computacionalmente el compor-
tamiento del material mas alla de los niveles de deforma-
cion obtenidos en el ensayo de traccion, la curva se ha ex-
trapolado mediante ajuste a la ecuacion de tres constantes

(1):
6=A(1-0,536¢>"%) A=1710MPa (1)

La calidad del ajuste se aprecia en la figura 1.
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Figura 1. Curva tension-deformacion plastica del material.
2.1. Ensayo de flexo-traccién

El ensayo de flexo-traccion instrumentado se llevé a cabo
con una muestra de alambre mecanizando con maquina-
herramienta un tramo de 25 mm de longitud hasta trans-
formar la seccion transversal circular de diametro 2R = 4
mm en una seccion rectangular de BXb = 2x3 mm?, tan-
gente a la circular y simétrica respecto al mismo eje.

El ensayo consistio en someter la muestra a alargamiento
continuo hasta rotura mediante dos cargas iguales y opues-
tas aplicadas en sus extremos segun el eje de los tramos
cilindricos del alambre.

La configuracién de la muestra ensayada a flexo-traccion
puede observarse en la figura 2. Las dimensiones a (pro-
fundidad de entalla), b (anchura del ligamento) y B espe-
sor del ligamento eran de 1, 3 y 2 mm, respectivamente.

I J B
I 100mm 1

— —1
hd

4mm _
2R

o~

f 25mm 1

Figura 2. Muestra de alambre
para ensayo de flexo-traccion.

La instrumentacion del ensayo con la técnica VIC-2D (vi-
deo image correlation) de adquisicion y andlisis compu-
terizado de imagenes digitales en ensayos mecéanicos [6]
permitié medir los campos de desplazamientos y deforma-
ciones sobre la superficie de la muestra de anchura b a lo
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largo del ensayo.

El método requiere superficies planas y de ahi la eleccion
de la seccion rectangular. La superficie elegida se cubre
de pintura moteada antes del ensayo y una camara digital
la fotografia a lo largo del ensayo seglin una secuencia
programada y sincronizada con la toma de datos de la
maquina de ensayos, en especial de la célula de carga.

El software del dispositivo identifica los puntos materia-
les sobre las imagenes digitales a través de las motas de
pintura, registra el campo lagrangiano de desplazamientos
a lo largo del ensayo y calcula el deformaciones. Entre las
opciones de posprocesamiento que incluye se encuentra
la de proporcionar el registro del desplazamiento relativo
entre dos puntos materiales cualesquiera del area fotogra-
fiada, es decir, el registro que habria proporcionado un ex-
tensémetro cuya base de medida tuviese sus extremos so-
bre dichos puntos (extensémetro virtual).

3. MODELO COMPUTACIONAL

El ensayo de flexo-traccion se ha modelizado computa-
cionalmente para diferentes profundidades de entalla uti-
lizando el método de elementos finitos (MEF) mediante
el programa comercial ABAQUS 6.10.2.

La malla empleada para reproducir la muestra de la figura
2 es tridimensional, si bien sus dos planos de simetria es-
pecular permiten llevar a cabo la modelizacion reprodu-
ciendo unicamente la cuarta parte de la muestra. El efecto
del resto de la muestra se introduce en el modelo de ele-
mentos finitos imponiendo que los desplazamientos de los
nodos situados en los planos de simetria sean paralelos al
plano respectivo. El proceso de carga se modeliza aplican-
do en el extremo circular de la muestra una componente
de desplazamiento creciente y uniforme en la direccion del
eje del alambre.

La malla construida es de tipo semiestructurado y consta
de 21142 elementos tetraédricos de segundo orden de 10
nodos. Como puede verse en la figura 3, la zona mas refi-
nada es la de seccion rectangular, por ser en ella donde
debe tener lugar el fallo por agotamiento plastico. La aris-
ta de los elementos empleado en esta zona no supera en
ningln caso 0,25 mm. El algoritmo de calculo empleado
tiene en cuenta los cambios de geometria debidos a la de-
formacion.

Figura 3. Malla del modelo de elementos finitos.

La ecuacion constitutiva empleada para los elementos fini-
tos es la de un material elastoplastico e isotropo, que res-
ponde al criterio de plastificacion de von Mises y a la plas-

ticidad de Prandtl-Reuss, con la curva tension-deforma-
cion plastica (1). El médulo de elasticidad adoptado es el
de la tabla 2, y el coeficiente de Poisson 0,30.

4. RESULTADOS

Los resultados numéricos y experimentales se comparan
en las figuras 4 y 5. La figura 4 muestra en codigos de co-
lor los campos de la deformacion equivalente de von Mi-
ses calculado y medido cuando se produce el agotamiento
plastico de la muestra, es decir, cuando tiene lugar el ma-
ximo de la carga que requiere el alargamiento creciente
impuesto a la muestra.

La similitud cualitativa y cuantitativa de los dos campos
es notoria, y en consecuencia el modelo computacional
predice correctamente la zona de formacion de la estric-
cion, en el tramo de la muestra con seccion rectangular,
cerca de la transicion a la seccion circular. EI comienzo
de la transicion proporciona la irregularidad geométrica
necesaria para que la inestabilidad resistente causada por
el agotamiento plastico se localice y la estriccion se desa-
rrolle.

+4.529e-02
+4.151e-02

+3.774e-02
+3.397e-02
+3.019e-02
+2.642e-02
+2.264e-02
+1.887e-02
+1.510e-02

+1.132e-02
+7.548e-03
- +3.774e-03
+0.000e+00

Figura 4. Campos de la deformacion equivalente de von
Mises bajo carga maxima: a) MEF, b) VIC-2D.

Las curvas carga-alargamiento 3 y 4 de la figura 5 corres-
ponden al registro del ensayo de flexo-traccion y a los re-
sultados obtenidos con el modelo de elementos finitos. El
alargamiento representado en el eje de abscisas es el de la
base de medida de 3 mm de longitud ubicada en la zona
de inestabilidad como indica la figura 4b. A este respecto,
las opciones de postproceso computacional y experimental
que respectivamente ofrecen los métodos MEF y VIC-2D
son comparables. La curva 1 carga-alargamiento incluida
en la figura 1 es experimental y corresponde al tramo de la
seccion rectangular del alambre en ausencia de momento
flector. Las curvas obtenidas con el modelo computacio-
nal corresponden a cuatro de las ocho profundidades de
entalla modelizadas (valores del ligamento resistente b de
3,7;3,5; 3,25; 3,0; 2,75; 2,5; 2,25 y 2,0 mm)

La coincidencia de las dos curvas es evidente. Las dife-
rencias en los valores de la carga maxima y del alarga-
miento correspondiente son inferiores al 1,4 y al 9 %, res-
pectivamente. Estos datos confirman la fiabilidad del mo-
delo computacional para predecir el fallo por agotamiento
plastico a flexotraccion del acero estudiado.
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Figura 5. Curvas carga-desplazamiento
hasta carga madxima.

El modelo computacional se ha empleado para calcular la
carga de agotamiento en funcién de la profundidad de en-
talla para el tipo de entalla mostrada en la figura 2. La sec-
cién transversal de la entalla estd sometida a flexotraccion
debido a la excentricidad de la linea de carga respecto al
centro de la seccion, pero el tramo de alambre de seccion
rectangular se curva debido al momento flector y sus sec-
ciones se desplazan transversalmente. Con ello, la excen-
tricidad de la linea de carga varia y el momento flector re-
sulta alterado por un efecto de segundo orden, pero cuanti-
tativamente significativo en régimen de plasticidad exten-
dida. Para valorar la importancia de este efecto a lo largo
del proceso de carga, se ha calculado la evolucion del mo-
mento flector My del esfuerzo axil F de la seccion rectan-
gular (figura 6) a través del cociente entre las tensiones
maximas que origina cada esfuerzo en la seccion rectan-
gular cuando el material es hookeano.

_6M
k="TF )

Figura 6. Esfuerzo axil y momento flector
en la seccion rectangular del almbre.

En la figura 7 se ha representado el factor de flexo-traccion
k en funcion del nivel de carga (carga referida a la carga
maxima) para las diferentes profundidades de entalla mo-
delizadas.

w-ee= 7 - b=2,25mm
wreeneens 8 - D=2 MM

0,3

Factor Flexo-Traccion

FIFmax

Figura 7. Evolucion del factor de flexo-traccion
en el proceso de carga para las
diferentes profundidades de entalla.

En todos los casos el factor k£ es maximo al comienzo del
proceso de carga, cuando el tramo del alambre sometido a
flexotraccion se encuentra en régimen elastico. No obstan-
te, incluso en este régimen, los cambios de geometria de-
bidos a la flexién influyen en el momento flector y hacen
que los valores del factor de flexotraccion se desvien sen-
siblemente del valor 3a/b que predice la teoria de vigas pa-
ra seccion rectangular.

El factor de flexotraccion decrece a medida que el nivel de
carga aumenta, hasta anularse cuando se alcanza el nivel
maximo de carga. Este resultado concuerda con el hecho
de que la excentricidad del tramo rectangular del alambre
disminuye con el nivel de carga, al curvarse el tramo y des-
plazarse la seccion hacia la linea de carga: la entalla queda
en la parte convexa y la cara que prolonga el tramo cilin-
drico en la parte concava.

En la figura 8 se ha representado el valor del factor de fle-
xo-traccion en funcion de la profundidad a de entalla re-
lativa al diametro 2R del alambre, para los niveles de car-
ga del 0, 20, 40, 60, 80 y 100 % de la carga maxima. Co-
mo ya se ha indicado la flexion es practicamente inexis-
tente bajo carga maxima. El nivel 0% corresponde a la teo-
ria clasica de vigas, es decir, para niveles de carga que no
producen no linealidades geométricas ni de material. La
convergencia de este limite con los resultados obtenidos
mediante el modelo computacional es muy lenta debido a
que la esbeltez del alambre entallado da lugar a desplaza-
mientos transversales importantes en régimen de peque-
fias deformaciones.

El alambre entallado alcanza su maximo nivel de carga y
se agota plasticamente cuando el momento flector de la
seccion rectangular se anula. El agotamiento tiene lugar
con la seccidn bajo carga de traccion Unicamente, pero el
campo de tensiones a que se halla sometida es el resulta-
do de un proceso de flexotraccion en el que la carga de
flexion disminuye paulatinamente.
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Figura 8. Factor de flexo-traccion en funcion de la
profundidad de entalla y del nivel de carga.

El efecto que este proceso tiene sobre la carga de agota-
miento puede cuantificarse comparando los valores de és-
ta deducidos del modelo computacional con los valores li-
mite correspondientes al agotamiento de la seccion rec-
tangular sometida a traccion simple. El cociente entre am-
bas cargas es una medida de la tolerancia de los alambres
al dafio representado por entallas que sélo originan pérdi-
das asimétricas de seccion resistente, y no concentracio-
nes de tension significativas.

La figura 9 muestra la carga de agotamiento de los alam-
bres entallados £, en funcion de la profundidad a de en-
talla, ambas adimensionalizadas. Las unidades empleadas
respectivamente empleadas para a y Fy, son el didmetro
2R =4 mm del alambre y la carga de agotamiento a trac-
cion simple /) de la seccion rectangular cuando la profun-
didad de entalla es nula (Bx(2R) = 2x4 mm?). De acuerdo
con la resistencia a traccion de la tabla 2, se tiene:

F,=(2R)BR,=421660=13280 N 3)

Los resultados de la figura 9 pueden ajustarse mediante
una relacion lineal con un coeficiente de correlacion de
0,999:

Fmax _ a
F, _1’02_1’03ﬁ 4)

La carga maxima limite F; de un alambre con profundi-
dad de entalla a y ligamento de anchura b es la que resiste
a traccion simple una seccion rectangular del mismo ma-
terial y de dimensiones Bxb, esto es:

F,=bBR,=(2R-2a)BR, )

y adimensionalizada en los mismos términos que F,,,,:

i 2R—a — l_i (6)
F,~ 2R 2R
Las ecuaciones (4) y (6) difieren en un 2%. La tolerancia
al dafio de los alambres entallados del acero inoxidable
duplex trefilado alcanza su valor limite, toda vez que F,,,
y F; coinciden.

10

Carga de agotamiento
o
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o5l N\
0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5
al(2R)

Figura 9. Carga de agotamiento plastico de los alambres
entallados en fiuncion de la profundidad de entalla.

5. CONCLUSIONES

La tolerancia al dafio que presenta el alambre trefilado de
acero inoxidable diplex cuando el dafio consiste en una
pérdida asimétrica de seccion resistente es la méaxima po-
sible, ya que la fuerza de traccion necesaria para producir
su agotamiento plastico coincide con la que agota plasti-
camente la seccion resistente por traccion simple. Este re-
sultado complementa el obtenido anteriormente por los au
tores verificando la alta tolerancia de estos aceros al dafio
mucho mas severo resultante de la fisuracion por fatiga.

La modelizacion computacional del proceso de carga lle-
vada a cabo aplicando el método de los elementos finitos
revela que el momento flector debido a la asimetria dis-
minuye progresivamente sin que la historia de tensiones
que genera afecten a la capacidad resistente ultima de la
seccion.
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EFECTO DE LA CONSTRICCION EN EL COMPORTAMIENTO A FRACTURA DE CHAPAS DE FUERTE
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RESUMEN

La caracterizacion convencional a fractura de un acero estructural se realiza en condiciones excesivamente
conservadoras, puesto que las longitudes de grieta utilizadas (excesivamente profundas), asi como la condicion de
deformacion plana, propician un estado de triaxialidad elevada (altos valores de constriccion en el frente de grieta), con
la consiguiente disminucion de la tenacidad a fractura, Jic.

El presente trabajo analiza el efecto que tiene sobre las curvas J-R y sobre el parametro J;c la variacion de la
constriccion. El material utilizado ha sido un acero microaleado CrMoV, empleado en la construccion de depositos de
fuerte espesor para crackeo de petroleo. Ademas de caracterizar el material a fractura en el caso de grietas largas, a/W =
0.5 (siendo a la longitud de grieta y W el ancho), se han realizado ensayos para relaciones a/W de 0.25 y 0.1. Los
resultados obtenidos ponen de manifiesto la necesidad de incluir en el calculo de las curvas de comportamiento a
fractura los efectos de la constriccion, de cara a realizar disefios menos conservadores y conseguir el maximo
aprovechamiento del material.

ABSTRACT

The conventional fracture characterization of structural steels give us very conservative values of fracture toughness,
Jic, since deeply cracked specimens and plane strain conditions are used. This conditions give way to a high triaxiality
(high crack tip constraint) conditions.

The present paper analyses the effect of different constraint conditions over the fracture behaviour of a structural steel.
A CrMoV microalloyed steel (used on the manufacturing of vessels for fuel cracking) was tested for different a/W
ratios: 0.5, 0.25 and 0.1 (being a the crack length and W the specimen width). Results obtained showed the constraint
effect on fracture toughness, being necessary to include this effect when assessing the J-R curve, in order to achieving
less conservative values of Jic and taking advantage of the whole mechanical properties of the material.

PALABRAS CLAVE: Curvas J-R, Constriccidon, aceros CrMoV.

1. INTRODUCCION

Las altas exigencias de los depositos para crackeo de
petroleo, que deben trabajar a elevadas presiones y
temperaturas, hacen necesaria la utilizacion de paredes
de fuerte espesor, que pueden llegar incluso hasta los
300 mm. Ademas, al trabajar en contacto con
hidrocarburos, deben estar fabricados de aceros
resistentes a la fragilizacion por hidrogeno, pero que
mantengan propiedades de soldabilidad adecuadas. Para
satisfacer estas necesidades, se ha desarrollado la
familia de aceros CrMoV [1].

El célculo de las propiedades mecanicas a fractura juega
un papel muy importante en el disefio y la fabricacion
de este tipo de equipos. Dicho calculo suele estar basado
en la obtencion de un Gnico parametro, que en el caso de
comportamiento elasto-plastico es la integral J o el
CTOD (crack tip opening displacement). Las actuales

metodologias de calculo de elementos estructurales en
presencia de defectos se basan en curvas de disefio que
representan la evolucion de estos parametros en funcion
del tamafio del defecto, y ofrecen un criterio
simplificado y conservador [2,3]. Las diferentes
normativas para obtener la tenacidad a fractura de un
material, como pueden ser la americana, ASTM [4] o la
europea, ESIS [5], imponen el ensayo de probetas con
grieta profunda para asegurar un estado tensional
altamente triaxial (elevada constriccion), y que la zona
plastica en el frente de grieta sea lo suficientemente
pequefia como para estar en niveles de cedencia a
pequena escala (small scale yielding, SSY). Sin
embargo, los defectos presentes en elementos
estructurales reales son habitualmente pequefias grietas
superficiales generadas durante el proceso de
fabricacion o durante el servicio. Es bien sabido que la
configuracion de este tipo de defectos presenta
condiciones de menor constriccion que las



configuraciones de probeta recogidas en las normas. Por
este motivo, los célculos de tenacidad a fractura basados
en dichas normas conducen a valores extremadamente
conservadores, incrementando por ello los costes de
material, fabricacion, mantenimiento, etc.

Existen diferentes formas de definir la constriccion en el
frente de grieta. Una de las mas comunes consiste en un
parametro denominado triaxialidad, definido como la
relacion entre la tension hidrostatica y la tension
efectiva de Von Misses (o1,/ 6.). Otros parametros son la
tension T [6] o el parametro Q [7,8]. Mientras que la
tension T es un parametro elastico que caracteriza el
efecto de la constriccion geométrica, el parametro Q es
una medida directa de los campos de tension elasto-
plastica, y describe la desviacion del campo de
tensiones en una posicion especifica del frente de grieta,
Ogo, Tespecto a una distribucion de tension de referencia
de cedencia a pequefia escala (SSY), con T=0, El
parametro Q esta aceptado como la solucion general de
una grieta profunda en una probeta con dimensiones
infinitas. Su definicion se muestra en la expresion (1):

06 — (96e)ssvr=0 . T% o _ o )
0o ]’

Q:

siendo o el limite elastico del material y r y 0 las
coordenadas polares tomando como origen la punta de
la grieta. O’Dowd y Shih [7] demostraron que, al menos
en condiciones de SSY, Q y T estan relacionados
univocamente.

La tension T es la componente de la tension en la punta
de la grieta en una direccion paralela a la propagacion
de la misma, y caracteriza el efecto de la constriccion
geométrica por medio del llamado parametro de
biaxialidad, B. Puede ser definida mediante la siguiente
expresion:

_ BiK;
T[ai

T 2

donde PB; es el parametro de biaxialidad, dependiente de
la geometria considerada, K; es el factor de intensidad
de tensiones correspondiente y a; la longitud de la grieta.

Aunque la tension T esta derivada de un analisis elastico
lineal y, tedricamente, el principio de la tension T deja
de ser valido bajo cedencia a gran escala (large scale
yielding, LSY), diferentes autores [9,10] han
comprobado que la tension T es capaz de describir la
triaxialidad de tensiones cerca de la punta de la grieta,
aun estando en LSY. La tension T ha sido utilizada en
trabajos recientes para la modelizacion de curvas R

[11].

La determinacion de la tension T para geometrias de
probeta estandar es muy facil y directa. En el presente
trabajo se utiliza este parametro para describir el nivel
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de constriccion de diferentes configuraciones empleadas
para la caracterizacion a fractura de un acero CrMoV.

2. MATERIALES Y METODOS

El material utilizado en este trabajo ha sido un acero
2.25Cr1Mo0.25V, tipo SA 542, Grado D-clase 4,
habitualmente utilizado en la fabricacion de recipientes
a presion sujetos a elevados requerimientos de presion y
temperatura.

El acero, suministrado en forma de chapa de unos
110mm de espesor habia sido normalizado a 950°C y
posteriormente templado (a 925°C) y revenido a 720°C
durante 3 horas. La composicion quimica del acero se
muestra en la tabla 1, mientras que la tabla 2 recoge sus
propiedades mecanicas a traccion a temperatura
ambiente. Los ensayos de traccion se realizaron de
acuerdo con la norma [] sobre probetas cilindricas
standard extraidas tanto en la direccion de laminacion
(L) como en direccion transversal (T) y del espesor (Z),
mostrando un comportamiento muy similar en todas las
direcciones.

Tabla 1. Composicion quimica del acero
%C  %Si %Mn_ %Cr %Mo %V  %Ni
0.15 0.09 052 217 1.06 031 0.19

Tabla 2. Propiedades mecdnicas a traccion
E (GPa) o,(MPa) o, (MPa) A (%)
210 601 710 20

La figura 1 muestra la microestructura de este acero,
formada por ferrita, bainita y martensita, y con la
presencia de pequeiios carburos dispersos.

Figura 1. Microestructura del acero SA 542 Grado D-
clase 4

La caracterizacion a fractura se realizd a través de la

determinacion de la curva J-R del material. Para ello se

emplearon probetas de flexion en tres puntos, SE(B),
con un ancho, W, de 50 mm y un espesor, B, de 25 mm.
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Para analizar el efecto de la constriccion geométrica, se
emplearon tres longitudes de grieta (@) diferentes: a/W =
0.1, 0.25 y 0.5. Se ensayaron al menos 3 probetas por
cada relacion a/W, utilizando el método de la
flexibilidad recogido en la norma ASTM E1820 [4].

Teniendo en cuenta la imprecision de las medidas
indirectas de crecimiento de grieta, Aa, del método de la
flexibilidad, especialmente para relaciones a/W por
debajo de 0.5, los resultados obtenidos por este método,
fueron corregidos de modo que los valores inicial y final
predichos por el extensometro se ajustasen a las
medidas reales de grieta inicial (a) y final (ay) de cada
ensayo. Los valores reales de la longitud inicial y final
de la grieta fueron obtenidos sobre la superficie de
fractura de la probeta una vez ensayada utilizando un
proyector de perfiles.

Las curvas J-R resultantes para cada longitud de gricta
fueron ajustadas mediante la siguiente expresion:

J(Aa) = €, (8a)® 3)
Para la estimacion de la longitud de grieta en funcion de
la flexibilidad de cada descarga (i), se utilizo la

expresion (4), propuesta por Joyce [12] y valida para
a/W<0.5:

a
W 1.01878 — 4.5367u + 9.0101u? — 27.333u®

4
+ 74.4u* — 71.489u*
donde
_ 1
~ [B,WEC, )
/—S 7+ 1
(B - Bn)z 6
Bo=B-—F (6)
Av,.
= i 7
C; AP, @)

siendo B, el espesor neto, S la distancia entre apoyos, v,
la abertura de la boca de la entalla (CMOD) y P la carga
aplicada.

La integral J fue calculada segtn las indicaciones de la
norma ASTM [4], como suma de una parte elastica (J,)
y una parte plastica (J,):

K*(1—-v?)
=t 7 8
]el E ( )
: i1\ Pi + Pie)Wpr, =V, _,)
= s G2) 2B, | ©
J1—4, m]
[ Yi-1 bi s

siendo K el factor de intensidad de tensiones, b; el valor
del ligamento resistente, v, la parte plastica del
desplazamiento y #; y 7; los coeficientes plasticos
correspondientes a la i-ésima descarga.

En funcion de la longitud de grieta, #; toma los
siguientes valores [12]:

Sia/W < 0.325:

n; = 0.315 + 8.926 (%) — 11433 (%)2 (10)
Sia/W >0.325:

N =2

El factor y, también dependiente de la longitud de
grieta, toma los siguientes valores [12]:

Sia/W <0.25: vi=0

Si 0.25 <a/W <0.325:
a; a; 2

vi = —12.769 +79.976 (1) — 115.722 ;) (11)

Sia/W >0.325: vi=1

Por otro lado, el parametro de biaxialidad, g, utilizado
para calcular la tension 7, se calcula mediante la
expresion 12, valida para 0.05 < a/W < 0.7 y
condiciones de deformacion plana [13].

Bi = —0.462 + 0.461 (aw) +2.47 (aw)2 (12)

3. RESULTADOS Y DISCUSION
3.1 Curvas J-R experimentales

La figura 2 muestra las curvas J-R obtenidas
experimentalmente y ajustadas de acuerdo con la
expresion (3) para las tres relaciones a/W. evaluadas.
Los resultados obtenidos en funcion de la geometria
evidencian el efecto de la constriccion sobre la
tenacidad a fractura. No s6lo los valores J de inicio de
crecimiento estable se incrementan al disminuir la
longitud de grieta, sino que ademdas se incrementa la
pendiente de las curvas, lo que provoca que las
diferencias entre los valores de J aumenten con el
crecimiento de grieta. Este hecho se pone de manifiesto
en la tabla 3, que muestra los valores de Jy, Jyos5 ¥ Ji0
(valores correspondientes a crecimientos de grieta de
0.2, 0.5 y 1 mm respectivamente, de acuerdo con [5]),
frente a la relacion a/W.
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Figura 2. Curvas J-R para diferentes relaciones a/W

Tabla 3. Integral J para diferentes valores de
crecimiento de grieta

a/W 0.10 0.25 0.5
Jo2 (kJ/m®) 435 401 280
Jos (kJ/m?) 721 651 477
Jio (kJ/m?) 1055 940 713

La figura 3 muestra la relacion existente entre Jy 5, Jo5 ¥
Jioy la tension T normalizada, 7 (7 =7/o,). Los valores
de J en el inicio de crecimiento estable (Jy,) o después
de algtn valor de crecimiento concreto (Jys y J;9) son
muy dependientes de la constriccion geométrica, con
valores de J significativamente superiores cuanto mas
negativa sea la tension T (baja constriccion). Se observa
por tanto que los valores de J obtenidos mediante
probetas estandar, con longitud de grieta profunda,
conlleva valores de J extremadamente conservadores a
la hora de predecir el comportamiento a fractura de
componentes en condiciones de baja constriccion.

3 (kJfm?]

-0.8 0.6 0.4 0.2 0 0.2 0.4 0.6
Figura 3. Relacion entre J y la tension T normalizada
para diferentes extensiones de grieta

Los puntos experimentales representados en la figura 3
pueden ser ajustados mediante las siguientes
expresiones:

Jo = —169.487 + 335.61 (R=0.9997)  (13)

Jos = —247.697 + 564.73 (R?=0.9924)  (14)
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J1o = —328.621 + 839.66 (R’=0.9826)  (15)
La figura 4 muestra las superficies de fractura de tres
probetas con relaciones a/W = 0.50, 0.25 y 0.10. Se
pueden observar perfectamente, tras el tintado térmico y
posterior rotura por fatiga, las zonas delimitadas por la
entalla, la grieta generada en la fatiga previa al ensayo
(ag) y la zona de crecimiento ductil generada durante el
ensayo J.

-

a/W=0.5 § a/W=0.

g III‘IH
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Figura 4. Superficies de fractura de probetas con a/W =
0.50, 0.25y 0.10

3.1 Curvas J-R modificadas

El efecto de la constriccion puede ser incluido en la
curva J-R utilizando la metodologia propuesta por Zhou
[11], que tiene en cuenta el mivel de constriccion en la
punta de la grieta a través de la tension t. Para ello se
expresa la evolucion de la integral J conforme la grieta
crece como una ley potencial del tipo de la standard
(ecuacion 3), pero en la que los coeficientes C; y C,
variaran con t. De esta manera la expresion (3) se
transforma en:

J(8a,7) = C,(1)(Aa) > (16)

Para determinar las funciones Ci(t) y Cy(t) de la
expresion 16, se deben conocer los valores de la integral
J para dos crecimientos de grieta diferentes, Aa; y Aa,.
La evoluciéon de la integral J frente a t ha sido
representada en la figura 3 para tres valores diferentes
de Aa (0.2, 0.5 y 1.0 mm), y estos puntos fueron
ajustados linealmente mediante las expresiones 13-15.

Asumiendo que la integral J en dos valores de Aa viene
dada por:

Jaa, = C1(D)(Aay)2® (17a)
Jaaz = €1 (D) (Aay) (17b)
Ci(1) y Cy(1) pueden ser determinadas como:

]Aaz )

Cl(T) = (AaZ)CZ(T)

(18a)



n[Jaq, ) /Jaa, @]

(18b)
In[Aa,/Aa,]

Cy(1) =

Obviamente, C,(t) y C,(t) dependeran de los valores de
Aa; y Aa, seleccionados. Dichos valores deben ser
mayores de 0.2 mm, puesto que en esta region hay una
importante dispersion de resultados cuando se utiliza el
método de la flexibilidad para obtener las longitudes de
grieta [14]. También deben ser menores de 1 mm, para
evitar una extension de grieta excesiva. El valor de
ambas funciones fue analizado utilizando dos pares
diferentes de valores de Aa: el par Aa; = 0.2 mm , Aa, =
1 mmy el par Aa;= 0.2 mm y Aa,= 0.5 mm.

Utilizando Aa; = 0.2 mm y Aa, = 1 mm, se obtienen las
siguientes funciones:

C,(t) = —328.627 + 839.66 (19a)
C,(7) = 0.02972 + 0.0737 + 0.570 (19b)

Pur su parte, para Aa; = 0.2 mm y Aa, = 0.5 mm, se
obtiene:

C,(r) = —325.417 + 837.36 (20a)
C,(t) = 0.03172 + 0.0757 + 0.568 (20b)

Ambos resultados son muy similares, por lo que
podriamos utilizar cualquiera de las funciones para
obtener la curva J-R modificada.

Las figuras 5, 6 y 7 recogen las curvas J-R modificadas
obtenidas para los valores de constriccion
correspondientes a las relaciones a/W = 0.10, 0.25 y
0.50, respectivamente. En estas figuras también se
incluyen las curvas obtenidas experimentalmente. El
ajuste obtenido entre ambos tipos de curvas resulta
francamente bueno, lo que promueve la utilizacion de la
metodologia descrita en este trabajo, cuando se desee
tener en cuenta el efecto de la constriccion en la
evaluacion de la integridad estructural de elementos
fabricados con este tipo de acero.
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Figura 5. Comparativa entre la curva J-R predicha y la
obtenida experimentalmente para a/W=0.10
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Figura 6. Comparativa entre la curva J-R predicha y la
obtenida experimentalmente para a/W=0.25
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Figura 7. Comparativa entre la curva J-R predicha y la
obtenida experimentalmente para a/W=0.50
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4. CONCLUSIONES

En este trabajo se ha analizado el efecto de la
constriccion en el comportamiento a fractura de un
acero estructural 2.25Crl1Mo0.5V a través de la
determinacion experimental de las curvas J-R utilizando
probetas tipo SE(B) con diferentes relaciones a/W.

Las curvas J-R de las probetas con grietas pequeias
siempre muestran una mayor pendiente y por tanto un
mayor valor de J de iniciacion que las obtenidas con
probetas estandar. En consecuencia, si se desean realizar
predicciones precisas sobre el comportamiento a
fractura de elementos estructurales fabricados con
aceros como el analizado en este trabajo, se debera tener
en cuenta el efecto de la constriccion, calculando el
valor de J correspondiente al nivel de constriccion real
en dicho elemento. De otra manera, se estaran
obteniendo predicciones de tenacidad demasiado
pesimistas y conservadoras.
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RESUMEN

Una parte importante del parque edificado espafiol estd formado por estructuras portantes constituidas por obra de
fabrica, en las que se tiene que realizar la apertura de nuevos huecos (apeos), que afectan al conjunto.

El objetivo de esta comunicacion es presentar el desarrollo de los diferentes patrones de fisuracion, cuando se ejecuta
un apeo en una pared con posicion asimétrica. La metodologia utilizada esta basada en un comportamiento “elastico
lineal” de acuerdo con otros investigadores y es necesario conocer las caracteristicas mecanicas del material. Esta ha
sido comprobada haciendo el estudio de modelos sencillos y de casos reales de edificios colapsados, y obteniéndose
resultados bastante precisos.

Los patrones obtenidos resultan importantes en el campo de la rehabilitacion, por ayudar a la interpretacion de su
comportamiento. No so6lo a nivel local, donde se ejecuta la apertura de un nuevo hueco, sino en su conjunto; pudiendo
llegar a predecir los puntos mas débiles y prevenir futuras patologias.

ABSTRACT

An important part of the Spanish built Park consists of load-bearing structures consisting of brickwork that must be the
opening of new hollows (shoring) that affect the whole.

The aim of this communication is to present the development of the different “cracking patterns” of walls with
"shoring", i.e. the opening of new hollow with asymmetrical position. The methodology used is based on "linear elastic"
behavior according to other researchers and it is necessary to know the mechanical properties of the material. This has
been proven by the study of simple models and real cases of collapsed buildings, and results have been quite accurate.

The cracking patterns that had been obtained are important in the rehabilitation field. They help the interpretation of
their behavior in the wall. Not only locally, where we run the opening of a new hole, but as a whole; being able to
predict the weak points and prevent future pathologies.

PALABRAS CLAVE: mamposteria, fisura, arco, deformacion, tension.

1. INTRODUCCION Dada la complejidad que implica estudiar el

comportamiento de este material, por definicion

La obra de fabrica ha sido un material utilizado desde
hace muchas décadas. Es por ello que un buen nimero
de los edificios catalogados como Patrimonio
Arquitectonico fueron construidos con este material. En
la actualidad muchos de estos edificios presentan serias
patologias.

heterogénea, algunos investigadores recurren a métodos
plasticos muy complejos, como son los “macro y micro”
modelos; mientras que otros consideran que se pueden
utilizar métodos elasticos, siempre y cuando se utilicen
solo para obtener patrones de fisuracion.



El presente trabajo, tal como ya se ha comentado, no
pretende determinar las caracteristicas mecénicas del
material sino que su objetivo es llegar a determinar cual
es el patron de fisuracion de la pared que analizaremos.
Es por ello que el método que se expone puede ser
aplicado a paredes compuestas con otros materiales
como hormigén, aunque deben cumplir con las
limitaciones que se establecen en el siguiente apartado.

También podemos afirmar que el método de
propagacion de la fisuracion que se expone ha sido
corroborado con el andlisis de casos reales, de
estructuras colapsadas o con fuertes patologias, cuyos
resultados coincidieron practicamente con la realidad,
ademas con modelos de facil comprobacién como es el
caso de una pared simétrica. Lo cual lo hace fiable
desde el punto de vista de los autores [1,7].

2. METODOLOGIA DESARROLLADA

El método que se presenta a continuacion, y que ha sido
desarrollado en la Tesis Doctoral de uno de los autores
de este articulo [1], se circunscribe dentro de un rango
“Elastico Lineal”, por considerar que siempre nos
movemos en valores que se encuentran dentro de dicha
rama del diagrama “tension-deformacion” si bien en el
momento que se supera la resistencia a traccion de la
fabrica, se reconoce la separacion de los nodos.

La finalidad es obtener patrones de fisuracion de los
modelos y confirmar que resulta perfectamente factible
la aplicaciéon directa de los métodos lineales. Este
razonamiento sustentado claramente por algunos
investigadores [2,3,4] no es, sin embargo, aceptado por
otros [5,6] que entienden como necesario considerar
métodos de tipo no lineal, que es completamente
admisible si fuese el caso de determinar las
caracteristicas del material, lo cual no es nuestro fin.

El progreso de la fisura es un proceso iterativo, aunque
actualmente se estd desarrollando un programa que
realice este proceso automaticamente.

El método que se propone esta basado en el “MEF” y
considera tres aspectos centrales: especificacion de
datos basicos; la localizacion de la fisura y la
determinacion de su trayectoria. Este apartado se detalla
con claridad en [1].

2.1. Aspectos relevantes a considerar para el desarrollo
de esta metodologia

a.- Los parametros del comportamiento mecanico del
material se deben conocer previamente en su totalidad.

b.- En el caso de nuestro ejemplo se consideran los
siguientes valores: y=18.000N/m3 (densidad); E=
5,70E+09 N/m’ (médulo de deformacion longitudinal);
G=2,30E+09 N/m* (médulo de deformacion transversal)
y v=0,20 (coef. poisson).

c.- La resistencia a compresion de la fabrica es de
3,20N/mm2 (32,00Kg/cm2). En consecuencia se
desprecia la contribucion del material con excesivas
compresiones por no ser capaz de soportar mayores
tensiones, es decir, que sufre aplastamiento del material.

d.- El material rompe cuando supera su resistencia de
calculo a traccion que es de 0,32N/mm?2 (3,20Kg/cm2)
y no se considera la existencia de la rama de
ablandamiento.

e.- Las maximas tracciones se localizan en la cabeza de
la fisura, nunca en los labios de la misma.

f.- La distancia entre fisuras se establece considerando
la dimension de la propia pieza ceramica.

g.- Las direcciones de las fisuras que se generan en el
proceso de calculo deberan ser perpendiculares a los
vectores de las direcciones principales de traccion que
las originan.

h.- En un punto sobre-tensionado a traccion se permite
la formacion de una fisura y como maximo dos.

i.- El angulo que forman ambas se determina en la
mayoria de los modelos por el sentido de los vectores de
fuerzas

3. DATOS GEOMETRICOS DEL MODELO

El modelo corresponde a una pared interior de un
edificio de vivienda de un primer piso y una cubierta no
transitable. En dicha pared se solicita hacer un apeo
(apertura de hueco), localizado en la planta baja y
ubicado de forma asimétrica, tal como se puede apreciar
en la fig. 1.

fig. 1 “Geometria del modelo”

Los parametros geométricos de la pared y del hueco a
ejecutar son los siguientes:

- Longitud total de la pared: 12,00m

- Altura total de la pared: 6,00m

Altura de cada una de las plantas: 3,00m

- Espesor de la pared: 0,30m

- Dimensiones del apeo (hueco): ancho=2,00m vy
alto=2,50m

4. ESPECIFICACION DEL
CARGAS UTILIZADO

ESTADO DE

En los modelos se han considerado los siguientes
valores:
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1.- Estados de carga en las zonas de vivienda (ancho de
influencia de los forjados de 4,0m) se presentan en la

Tabla 1).

Tabla 1 “Peso propio (pp), carga permanente (cp) y
sobrecarga de uso (su) de las plantas de vivienda”

pp Tn/m? 0,30
N/m 12.000
cp Tn/m’ 0,15
N/m 6.000
su Tn/m? 0,30
N/m 12.000
2.- Estados de carga en la cubierta (sélo de

mantenimiento) (ancho de influencia de los forjados de
4,0m) se exponen en la (Tabla 2).

(Tabla 2 “Peso propio (pp), carga permanente (cp) y
sobrecarga de uso (su) de la planta de cubierta”)

pp Tn/m? 0,30
N/m 12.000

cp Tn/m’ 0,30
N/m 12.000

su Tn/m? 0,15
N/m 6.000

5. HERRAMIENTAS DE ANALISIS

Los programas que se utilizan para el estudio de los
modelos informaticos son: el programa GID' como pre
y post procesador y el programa Ram-Shell® para la
realizacion de los calculos.

De éste ultimo se utiliza como tipo de analisis el
“Estatico Lineal” y se emplea una malla integrada por
elementos finitos triangulares con 6 grados de libertad
para representar la fabrica, mientras que para modelizar
los forjados se utilizan elementos tipo barra.

6. ESPECIFI,CACI(')N DEL
INFORMATICO

MODELO

El mallado de los modelos es un factor muy importante
para obtener buenos resultados, mientras mas pequefio
sea éste mucho mas precisos seran los resultados.

La precision de los resultados también se garantizan si
usamos elementos con mas cantidad de nodos internos
(mas grados de libertad). El hecho de que la malla sea
muy densa y con un mayor numero de nodos tiene
también sus desventajas: el aumento del tiempo de

! pesarrollado por © 2010 CIMNE International Center for

Numerical Methods in Ingineering.

? Programa desarrollado por © 2001 - 2009 Compass Ingenieria y
Sistemas S.A.

calculo y de la memoria necesaria para desarrollar dicho
proceso.

Con el fin de optimizar el mallado, hemos optado por
hacer més densa la malla en la zona mas conflictiva y
menos densa en el resto del modelo.

Utilizamos el elemento finito triangular de 3 nodos con
una dimension de 0,05m de longitud en las zonas densas
y de 1,00m en las zonas restantes (fig. 2).

Adicionalmente se hacen mallados especiales en los
siguientes puntos: en las caras laterales de los elementos
que dan a huecos se usa una dimension de 0,05m y en
las cabezas de las fisuras también se densifica el
mallado con una longitud, en este caso, de 0,01m (fig.
3).

fig. 2 “Discretizacion del modelo general”

b)

fig. 3 “a) Discretizacion de las caras laterales del
hueco: malla 0,05m; b) Discretizacion de los puntos
singulares de las fisuras: malla 0,01m”

7. PRESENTACION DE LOS RESULTADOS
DEL PATR(')I,\I DE FISURACION DE LA
PARED ASIMETRICA

Es importante precisar que:

Los desplazamientos verticales se representan con una
gama de colores calidos. Y en los desplazamientos
horizontales se utilizan la gama de colores frios

Los resultados de los modelos que se presentan a
continuacion se clasifican en diferentes apartados que
corresponden a las etapas de fisuracion consideradas
para obtener el patron de fisuracion del modelo. Cabe
indicar que no se han incluido todos los pasos, sino
solamente aquellos en los que puede observar un
cambio importante de un estado a otro.



Los graficos que se presentan, de modo general, no
incluye el modelo completo sino la parte mas
problematica, localizada en la parte superior del hueco,
a excepcion del modelo inicial en el que se considera el
modelo completo.

En los graficos de las direcciones principales de los
vectores (Si y Sii) se representan en color azul los
vectores de compresion y en color rojo los de traccion.

En los graficos de las fuerzas en las direcciones
principales -N11-, solo aparecen las zonas traccionadas
que pueden llegar a romper por superar la resistencia a
traccion de la obra de fabrica.

7.1.- Modelo inicial sin fisuracion

Los resultados que se presentan en este apartado
corresponden al modelo inicial, en el cual no se ha
introducido ninguna fisuracion. En él se aprecian los
valores de las deformaciones en cada uno de los puntos
localizados en la parte superior del hueco.

>

fig. 4 “Deformaciones en el sentido vertical -z-’

Tal como se puede constatar en ninguno de los puntos la
deformacion llega a superar la flecha vertical limite del
L/1000 (0.002m), ver fig. 4.

fig. 5 “Deformaciones en el sentido horizontal -x-"

En la fig. 6) se puede apreciar con claridad como se
forma la descarga, en la zona superior del hueco,
concentrandose en las caras laterales del mismo, como
lo demuestra la concentracion de vectores verticales.

fig. 6 “-Sii- Vectores de las direcciones principales -
N22-”
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En la fig. 7 se observa la presencia de una zona
importante traccionada, localizada en la parte superior
del apeo, que se intensifica justamente encima de la
clave del arco recto.

fig. 7 “-Si- Vectores de las direcciones principales -
NI1I-”

fig. 8 “Grafico de las fuerzas en la direccion principal -
NI1I-”

7.2.- Detalle del proceso de formacion de los patrones
de fisuracion

En el presente apartado se especifican, de modo
simplificado, las diferentes etapas (“a” a “v”), en las que
progresivamente se produce la pérdida parcial de pared
hasta llegar al colapso total de la misma, alcanzando el
equilibrio total.

Se incluyen s6lo las imagenes correspondientes a la
direccion de los vectores principales “Si”, por ser las
que definen el proceso de fisuracion.
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fig. 9 “Formacion de los patrones de fisuracion etapas
simplificadas de la “a” a “v””

En el video que se presenta se puede apreciar con mayor

claridad este proceso.

h

8. Conclusiones

Como se puede apreciar en las diferentes partes, del
proceso de fisuracion de la pared, éste es prolongado

fig-9.

En el grafico de la fig-10, vemos que al producirse la
separacion en dos partes de la pared, la zona derecha se
mantiene en pie hasta que una parte de ellas se caiga por
exceso de deformaciones.

La zona “A” el patron de fisura se desarrolla en
diferentes etapas, las mismas que tienden a caer por
efecto de la gravedad. Mientras que en las otras tienen
un proceso prolongado hasta llegar al colapso.



Las discontinuidades de la zona “C” se inician alejadas
del hueco de la planta baja y se prolongan hasta
aproximarse a dicha abertura, que es la zona menos
rigida.

fig. 10 “Zonas A-By C”

Esta zona “C” impone empujes progresivos al lado
derecho’, dando lugar a fuertes momentos flectores* en
la zona “B”, lo cual da como resultado la formacion de
fisuras importantes. Este momento flector origina que la
cara interior falle por excesivas tracciones (T) y la cara
exterior por excesivas compresiones (C), originando el
fallo de la pilastra, ver fig-11.

~
Fuersa horisombal "+~ l:')(

n
1By~

fig. 11 “Detalle de la zona C”

Precisamente en este instante se producird también el
colapso del conjunto, ya que queda libre la zona “C”,
teniendo como resultado la pérdida de gran parte de la
pared. Podemos afirmar que en este momento se alcanza
el equilibrio completo del sistema.

Nos parece importante insistir en que esta metodologia,
en régimen elastico, es posible porque partimos de datos
reales de los materiales y que, en cambio, seria inviable
para poder determinar los pardmetros mecanicos de la
obra de fabrica que requeririan, en todo caso, de otro
tipo de estudio.

Finalmente es obligado resaltar que su aplicaciéon no se
circunscribe  exclusivamente  al  estudio  del
comportamiento de la obra de fabrica provista de huecos
rectangulares ubicados en planta baja, sino que también

° El sentido del empuje se indica con una flecha en sentido

positivo.

? Flecha de color rojo en sentido horario

se puede aplicar a otros materiales y a otras formas,
posiciones y dimensiones de los huecos.
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RESUMEN

En este trabajo se presentan los resultados preliminares del analisis numérico tridimensional de la estabilidad de una
fisura de origen térmico en una presa de hormigoén sometida a la accidon de presiones internas de inyeccion. El estudio se
realiz6 implementando un Modelo de Fisura Cohesiva en un cdédigo comercial de andlisis por el Método de los
Elementos Finitos. Se consideraron 15 puntos de inyeccion a 1m del frente de la fisura, distribuidos a lo largo del
mismo y presiones comprendidas entre 5 y 25 MPa. Los resultados obtenidos pueden ser aplicados para estimar la
estabilidad de una fisura preexistente frente a la accidon de presiones internas que se originan durante los trabajos de
sellado de fisuras mediante inyecciones a presion y permiten establecer criterios para el control de su propagacion.

ABSTRACT

This paper presents the preliminary results of a 3-D numerical simulation of the stability of a thermal induced crack in a
concrete gravity dam subjected to internal injection pressures. A Cohesive Crack Model was implemented into a Finite
Element Method commercial code. 15 injection points distributed along the crack front were considered and three
different levels of pressure ranging between 5 to 25 MPa. The results obtained with the model could be apply to
estimate the stability of a pre-existing crack subjected to the action of internal pressures, which could appear during
filling cracks works, as well as to propose a crack control propagation criterion.

PALABRAS CLAVE: Modelo de Fisura Cohesiva, Presas de hormigoén, Presiones de inyeccion.

1. INTRODUCCION secuencia y las presiones de inyeccion de modo tal que

la fisura permanezca estable y no se genere su

Es un hecho comun que en las presas de hormigén
aparezcan fisuras de origen térmico como consecuencia
de los gradientes de masa y superficie resultantes del
proceso de hidratacion del cemento. Este tipo de fisuras
no comprometen la capacidad resistente de la estructura,
pero si pueden afectar la durabilidad de la misma, ya
que permiten la filtracion de agua [1].

Para poder dar solucion a este tipo de patologia suele ser
habitual sellar las fisuras utilizando una resina de base
epoxi o poliuretano inyectada a presion. Al realizar este
tipo de intervencion es muy importante disefiar la

propagacion a causa del propio procedimiento [2,3,4].

En el presente trabajo se presentan los resultados del
estudio numérico tridimensional de la estabilidad de una
fisura de origen térmico sometida a un procedimiento de
inyeccion. Se utilizd el Método de los Elementos
Finitos, adoptando un criterio de segundo orden
mediante el empleo del Modelo de Fisura Cohesiva.

En el apartado 2 se presenta un resumen del Modelo de
Fisura Cohesiva y en el apartado 3 se describen las
caracteristicas del modelo numérico empleado.



En el apartado 4 se muestran y analizan los resultados
obtenidos y finalmente, en el apartado 5, se presentan
las conclusiones mas importantes a cerca del trabajo
efectuado.

2. MODELO DE FISURA COHESIVA

Los materiales con comportamiento cuasi-fragil, entre
los que se encuentra el hormigén, al fisurarse se
caracterizan por la aparicion de wuna zona de
microgrietas en el extremo de la fisura cuyo tamafio
puede llegar a ser importante si se la compara con las
dimensiones de la estructura, por lo que en estos casos
no puede aplicarse la Mecéanica de Fractura Elastica
Lineal (MFEL) para analizar el problema. Por ello es
necesario emplear criterios de segundo orden, como el
Modelo de Fisuracion Cohesiva, el cual fue introducido
por Hillerborg al realizar una extension de las ideas
propuestas por Barenblatt y Dugdale, permitiendo
representar el comportamiento no s6lo en la punta de
una fisura preexistente, sino en cualquier punto del
solido macroscopicamente continuo y sin fisuras [5,6].

En este modelo la zona danada se representa mediante
una fisura ficticia entre cuyas caras se pueden transmitir
tensiones, cuya magnitud viene dada por la separacion
entre las mismas. La relacion entre tension y separacion
se materializa a través de la curva o funcién de
ablandamiento, la cual es una propiedad del material y
uno de los parametros fundamentales del modelo, como
se observa en la figura 1.

Tensiones

Cohesivas :
A Tensiones

Elasticas

e

\ Fisura

\‘ Cohesiva

Figura 1. Fisura cohesiva contenida en un solido
bidimensional.

Esta funcion se define de manera que la tension decrece
desde un valor inicial méximo igual a la resistencia a
traccion del material (0.), hasta anularse cuando la
apertura alcanza un valor critico (u.), momento en que
se genera una fisura real que constituye una
discontinuidad en el material. El 4rea encerrada debajo
de la curva de ablandamiento es la energia especifica de
fractura (Gr), la cual representa el trabajo externo
necesario para generar una superficie fisurada de area
unitaria [5].

3. DESCRIPCION DEL MODELO NUMERICO
3.1. Generalidades

Para el estudio de la estabilidad de fisuras se realizé un
modelo tridimensional de un mddulo tipo de una presa
de hormigén mediante la utilizacién de un cddigo
comercial de probada eficiencia para resolver esta clase
de problemas, ABAQUS V6.9 [7].

La geometria y las dimensiones de la presa fueron
tomadas de las recomendaciones del USACE [8] y
pueden observarse en la figura 2.

Ty
5m

Figura 2. Perfil de la presa y morfologia de la fisura

Para poder aplicar el MEF al MFC es necesario emplear
dos tipos de elementos: elementos cohesivos (COH3DS§
y COH3D6) en la zona cohesiva y elementos lineales de
integracion completa (C3D8 y C3D6) en la zona no
cohesiva. Es importante destacar que si se utiliza un
orden de integracion inferior al completo para
formulaciones basadas en  desplazamientos o
formulaciones mixtas, en general el andlisis no es
confiable, por ello a menos que la formulacion del
elemento haya sido lo suficientemente testeada en
cuanto a su convergencia y estabilidad no se recomienda
en general el uso de elementos de integracion reducida

[9].
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Es importante remarcar que al trabajar con elementos
cohesivos debemos determinar cudl es el tamafio
minimo de elemento a emplear, para asegurar un buen
funcionamiento de los mismos. Este se calcula mediante
la expresion (1):

e=0.08*Lch (1)

en la cual L., es la longitud caracteristica del material y
se determina segun se indica en la expresion (2):

Lo=EGi/f, (2)

donde:

E: Modulo de elasticidad del material
Gr: Energia especifica de fractura

fi: Resistencia a traccion

Para el presente trabajo se obtuvo que la longitud
minima de los elementos cohesivos debe ser de 50mm.
Una vez conocido el tamafio minimo del elemento
cohesivo fue necesario determinar cémo introducirlo en
el modelo, para ello se presentaron dos alternativas. La
primera consistia en emplear dos partes, una para cada
tipo de elemento, y vincularlas utilizando tie constraints.
La otra posibilidad proponia modelar la zona cohesiva y
la no cohesiva en una sola parte.

La primera alternativa presentaba la ventaja de poder
utilizar mallados con diferente densidad de elementos
para cada una de las partes sin la necesidad de emplear
transiciones, lo cual resultaba en un ahorro en la
cantidad de elementos y de tiempo de calculo, en
comparacion con la segunda alternativa para la cual era
necesario emplear transiciones. Sin embargo los
resultados obtenidos utilizando dos partes no fueron
confiables debido a inestabilidades en la solucion, por lo
que se decidio emplear la segunda alternativa, es decir,
modelado en una sola parte.

Los elementos cohesivos se colocaron en una faja de 2m
de ancho ubicada a la izquierda del frente de la fisura,
como se observa en la figura 3.

Figura 3. Faja de elementos cohesivos

Se utilizaron 14441 elementos tipo COH3D8 y
COH3D6 y 48654 elementos tipo C3D6 y C3DS. En la
figura 4 puede observarse el mallado completo de la
presa.

En cuanto a las condiciones de contorno, por
simplicidad se consideré que la fisura se encontraba
contenida en el plano medio del médulo de la presa, por
lo que se emplearon condiciones de simetria y se
model6 solamente la mitad de la geometria.

]

Figura 4. Mallado de la presa

Para representar un comportamiento simétrico en los
elementos cohesivos, no es suficiente con introducir
condiciones de simetria, debe incluirse también el efecto
de la rigidez lateral mediante la utilizaciéon de equation
constraints, herramienta disponible en ABAQUS V6.9
[10]. La base de la presa se encuentra empotrada.

Un aspecto de gran importancia en un MFC es la
definicion de la funcion de ablandamiento. Para este
modelo se adopté una funcion de tipo lineal, los
parametros de la misma se observan en la tabla 1. En la
tabla 2 se presentan las propiedades del hormigén
utilizado.

La rigidez K del elemento cohesivo es un parametro de
penalizacion. Aunque la flexibilidad de dicho elemento
puede contribuir a la deformaciéon global de la



estructura, su Unico propoésito es simular el proceso de
fisuracion. Si la contribucion del elemento cohesivo a la
deformacion global no es lo suficientemente pequefia
comparada con la deformacién provocada por el
material constitutivo, no se asegura una conexion rigida
entre las dos caras de la estructura vinculadas con los
elementos cohesivos antes de que comience el proceso
de fisuraciéon. Sin embargo valores muy grandes de K
pueden causar problemas numéricos, como oscilaciones
espurias de las tensiones. Por este motivo debe utilizarse
un valor de K lo suficientemente grande como para
proveer una rigidez razonable y lo suficientemente
pequeilo como para no generar problemas numéricos
[7,11]. Para este trabajo se adoptd un valor de K igual a
10 veces el valor del modulo de elasticidad del material.

Tabla 1. Propiedades mecanicas del elemento cohesivo

Parametros de los elementos cohesivos
K, N/mm 270000
f;, MPa 1.6

uc, mm 0.075

Tabla 2. Propiedades mecdnicas del hormigon

Parametros del hormigon
Moédulo de Elasticidad, GPa

27,0

Coeficiente de Poisson 0,30

3.2. Casos estudiados

Para la morfologia de fisura propuesta se consideraron
dos estados de carga para presiones de 5, 10 y 25 MPa.
El primero consistid en la aplicacion de la presion de
inyeccion a lo largo del frente de fisura a una distancia
de 1m del mismo. Para el caso de 25MPa se adoptaron
dos hipotesis, aplicacion de la carga con acumulacion
de dafo y sin acumulacion de dafio. El segundo estado
de carga considerd la aplicacién de las presiones de
inyeccion a 7m de altura, medidos respecto de la base
de la presa, alejando la carga del frente de fisura a razén
de 1m, estando la carga mas cercana a 1.2m del frente y
la mas alejada a 9m. Para los casos de 5 y 10MPa se
tuvieron en cuenta las hipotesis con acumulaciéon de
dafio y sin acumulacién de dafio, involucrando un total
de 55 simulaciones.

En cada punto de inyecciéon se considerd una
distribucion de la presion en forma radial segiin una ley
logaritmica con valor maximo en el punto de inyeccion
y valor cero a una distancia igual al radio de inyeccion.
Este radio se adoptd igual a la distancia media entre el
punto de inyeccién y los puntos de inyeccion
colindantes [3].

4. RESULTADOS

La regién marcada en color rojo en la figura 5 muestra,
para el caso de un punto de inyeccion (L) ubicado a 1.2
m del frente de la fisura y a 7 m del plano de fundacion,
la extension que alcanza la fisura cohesiva (zona donde
el material se encuentra en condicion de ablandamiento
parcial o total) en funciéon de la presion de inyeccion
aplicada. En este caso cuando la presion aumenta de 5 a
25 MPa la maxima extension de la fisura pasa de 28 a
86 cm.

5MPa
Figura 5. Extension de la fisura cohesiva (region en
rojo) para distintos niveles de presion.

Las imégenes de la figura 6 muestran, para el caso de
una presion de inyeccién de 25 MPa aplicada a una
altura de 7m respecto del plano de fundacion, como se
reduce la extension de la fisura cohesiva a medida que
el punto de aplicacion de la carga se aleja perpendi-
cularmente del frente de la fisura.

Figura 6. Profundidad de la zona afectada para 25MPa
de presion aplicada a 1.2m, 2m, 3m y 9m
respectivamente del frente de la fisura.
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Las figuras 7 y 8 permiten analizar, para distintas
presiones de inyeccion aplicadas a una altura de 7m
respecto del plano de fundacion, como la maxima
apertura de fisura alcanzada en el frente de la fisura se
reduce a medida que el punto de inyeccion se aleja
perpendicularmente de la misma. El parametro
Umax/Uc representa la relaciéon entre la apertura de la
fisura en el punto de méaxima apertura y el valor de
apertura critica indicado en la tabla 2, mientras que el
parametro X/a relaciona la distancia X del punto de
aplicacion de la carga respecto del frente de fisura con
el ancho de fisura ¢ indicado en la figura 2. Los casos
evaluados en la figura 7 responden a la hipotesis sin
acumulaciéon de dafio y los presentados en la fisura 8 a
la hipétesis con acumulacion de dafio.

14
Sinacumulacion de dafio
1,2 4
14 ——25MPa
o 08 - = = 10MPa
2 (v eee 5MPa
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Figura 7. Maxima apertura relativa de fisura en funcion
de la posicion relativa del punto de aplicacion de la
presion. Hipotesis sin acumulacion de dafio
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Figura 8. Maxima apertura relativa de fisura en funcion
de la posicion relativa del punto de aplicacion de la
presion. Hipotesis con acumulacion de dario.

En la figura 9 se compara para la presion de inyeccion
de 10MPa, la apertura relativa de la fisura respecto de la
posicion relativa de la carga para las hipdtesis con
acumulacién de dafio y sin acumulacion de dafio.

Las curvas de la figura 10 muestran la variacion de la
apertura relativa de la fisura dentro de la zona cohesiva,

en puntos ubicados sobre la directriz perpendicular al
frente de fisura que pasa por el punto de aplicacion de la
carga. Las curvas corresponden a distintas presiones de
inyeccion (5, 10 y 25MPa) aplicadas en un punto
ubicado a 1.2 m del frente de la fisura y a 7 m del plano
de fundacion. La distancia X" se mide respecto del
frente de la fisura tal como se indica en la figura 2.

0,3
0,25
02 - b Con acumulacion de
' \ dafo
© \
3 0,15 \ - = =Sinacumulacion de
X \ dafio
§ 01 -
0,05
0

Figura 9. Maxima apertura relativa de fisura en funcion
de la posicion relativa del punto de aplicacion de una
presion de 10 MPa. Hipotesis con y sin acumulacion de
dario.
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Figura 10. Variacion de la apertura relativa de fisura
dentro de la zona cohesiva para distintas presiones de
inyeccion aplicadas a 1.2 m del frente de la fisuray a 7
m del plano de fundacion.

En las curvas de la figura 11 se representa la variacion
de la apertura relativa de la fisura a lo largo de puntos
ubicados en la coordenada Y" sobre el frente de la
fisura. La ordenada Y” se mide a partir de los 7m de
altura respecto de la base de la presa tal como se
muestra en la figura 2. Al igual que en el caso anterior,
las curvas corresponden a distintas presiones de
inyeccion (5, 10 y 25MPa) aplicadas en un punto
ubicado a 1.2 m del frente de la fisura y a 7 m del plano
de fundacion.
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Figura 11. Variacion de la apertura relativa de fisura a
lo largo del frente de fisura para distintas presiones de
inyeccion aplicadas a 1.2 m del frente de la fisuray a 7
m del plano de fundacion.

5. CONCLUSIONES

En esta publicacién se presentan los resultados
preliminares correspondientes a la implementacion de
un modelo de fisura cohesiva para la simulacion
numérica tridimensional de la estabilidad de fisuras
sometidas a presiones de inyeccion en presas de
hormigoén.

Se aplicaron presiones de inyeccion de 5, 10 y 25 MPa a
Im del frente de la fisura y en horizontal en puntos
ubicados entre Im y 9m del mismo. Se considerd que
las presiones se distribuian segin una ley logaritmica
con un radio de accién igual a la distancia entre puntos
de inyeccion colindantes.

A partir de los resultados obtenidos, validos para la
geometria de presa y de fisura analizada, se pueden
establecer las siguientes conclusiones:

o El modelo demostré ser una herramienta util para
poder estimar y predecir el nivel de propagacion
del dafio que se genera en el frente de una fisura
preexistente cuando la misma es sometida a
presiones de inyeccion.

o Para puntos de inyeccion tan cercanos como hasta
1 metro del frente de fisura, los resultados
muestran que la fisura se extiende en forma muy
localizada alcanzado una propagaciéon maxima
que para la mayor presion aplicada (25 MPa) no
super6 el metro de profundidad.

o Se observé que cuando el punto de inyeccion se
aleja a mas de 2 metros del frente de fisura, la
misma se mantiene practicamente estable,
mostrando una extension de fisura cohesiva que es
despreciable a efectos practicos.

2.500
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RESUMEN

El ensayo miniatura de punzonado (EMP) esta siendo utilizado en la actualidad como una alternativa factible para la
caracterizacion de las propiedades mecanicas de materiales en aquellas situaciones donde no se dispone de material
suficiente para la realizacion de ensayos convencionales. Este ensayo consiste basicamente en el punzonado de una
probeta con forma de disco de reducidas dimensiones (@10x0.5mm) estando sus extremos empotrados por una matriz.
Los objetivos de este trabajo se centran en: (a) estudiar el estado tensional que se genera en la probeta EMP como base
para la posterior aplicacion de las cargas de fluencia y el establecimiento de una tension de comparacion con el ensayo
uniaxial de creep, y (b) estudiar las formas de las curvas de fluencia del EMP asi como su relacion con los mecanismos
de daiio por fluencia. El material de referencia utilizado ha sido la aleacién de magnesio AZ91D.

ABSTRACT

The small punch test (SPT) is currently being studied as an alternative test to obtain the mechanical properties of
materials in those cases where there is not enough material for conducting conventional testing. This test basically
consists on punching a disk-shaped specimen of small size (¥10x0.5mm) with the ends fixed. The objectives of this
work are focused on: (a) study the stress state generated in the specimen SPT as the basis knowledge for the subsequent
application of the creep load, and the establishment of a reference stress to be compared with the uniaxial creep test, and
(b) analyse the shape of the SPT creep curves and its relationship with the creep damage mechanisms. The reference
material used was the AZ91D magnesium alloy.

PALABRAS CLAVE: Ensayo miniatura de punzonado, fluencia, AZ91D.

1. INTRODUCCION decreciente. La duracion de esta etapa es tipicamente
corta en relacion con la curva total de creep.
Uno de Uno de los principales objetivos de la presente

investigacion consiste en analizar la viabilidad del b) Una etapa secundaria o de velocidad de

ensayo miniatura de punzonado (EMP) para caracterizar
el comportamiento en creep de diferentes aleaciones
metalicas. La posibilidad de estimar, mediante el ensayo
miniatura de punzonado, los parametros de los
diferentes modelos viscoeldsticos y viscoplasticos,
permitira aplicar este ensayo a aquellas situaciones en
las que no se disponga de material suficiente para la
realizacion en ensayos convencionales.

Los ensayos de fluencia o creep se realizan
generalmente sobre probeta cilindrica sometida a una
carga axial constante mantenida en el tiempo. En otras
ocasiones, se recurre también a probetas cilindricas para
realizar ensayos de creep en compresion baja carga axial
también contante. Las curvas tipicas para materiales
metalicos obtenidos con estas probetas presentan tres
etapas claramente diferenciadas:

a) Una etapa primaria, o transitoria (I). Aparece en los
primeros instantes de la aplicacion de la carga y va
acompafiada de wuna velocidad de deformacion

deformacion constante (II), que ocupa la mayor parte
del tiempo de ensayo.

c¢) Una etapa terciaria (III), donde la velocidad de
deformacion comienza a aumentar rapidamente hasta
alcanzar la rotura de la probeta.

En los ensayos de creep sobre probeta cilindrica bajo
carga mantenida de compresion, la curva presenta una
fase primaria y otra secundaria, sin presentarse la etapa
terciaria, como se esquematiza en la Figura 1.

Una de las principales caracteristicas de estos ensayos
convencionales es que la probeta se encuentra sometida
en todo momento a una carga axial constante y, en
consecuencia, la tension resultante es uniaxial y su valor
permanece practicamente constante durante todo en
ensayo (salvo por las variaciones debidas a la posible
reduccion de area en viscoplasticidad).
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Figura 1. Curvas tipicas de creep en materiales
metdlicos para el ensayo de traccion uniaxial (izda) y el
ensayo de compresion uniaxial (dcha).

Por el contrario, en la probeta miniatura de punzonado
las condiciones tensionales son bastante mas completas
que en un ensayo de creep uniaxial. En esta probeta
EMP coexisten estados tensionales biaxial de traccion
con triaxiales de compresion, todo ello acompafiado de
elevados gradientes tensionales.

En consecuencia los objetivos iniciales que se abordan
en el presente trabajo se centran en los siguientes
aspectos: (a) estudiar el estado tensional que se genera
en la probeta EMP como base para la posterior
aplicacion de las cargas de fluencia y el establecimiento
de una tensién de comparacion con el ensayo uniaxial
de creep, y (b) estudiar las formas de las curvas de
fluencia del EMP asi como su relacion con los
mecanismos de dafio por fluencia.

La aleacion de Magnesio AZ91D ha sido el material que
ha servido de base para el presente analisis.

2. MATERIAL UTILIZADO

El material utilizado para abordar los primeros pasos del
objetivo planteado en el apartado 1 ha sido la aleacion
de magnesio AZ91D. Esta aleacién presenta una
excelente colabilidad, resistencia a corrosion y
propiedades mecanicas, sin embargo presenta una
resistencia a creep pobre a temperaturas superiores a
125°C [1], lo cual resulta interesante desde el punto de
vista de ejecutar ensayos de tiempos mas cortos asi
como una clara manifestacion de los mecanismos de
creep. Los elementos de aleacion, segin ASTM-B93,
[2, 3] se muestran en la Tabla 1.

AZ91D Al% Be% Cu% Fe% Mn% Ni% 5i% Zn%
ASTM 8,5- 0,0005- Max. Mas. 0.17-0.4 Max. Max. 0,45-
BS3 9.5 00015 0025 0,004 YT poo1 08 09

Tabla 1. Composicion quimica de la aleacion AZ91D.

Anales de Mecanica de la Fractura 30, Vol. Il (2013)

En la Figura 2 se observa la microestructura de la
aleacion de lingote de AZ91D obtenida mediante
preparacion metalografica. Se aprecia una fase primaria
o saturada de magnesio y el eutéctico solidificado en
borde de grano. Este eutéctico estd compuesto por
particulas gruesas intermetalicas embebidas en la fase a
y difiere de la fase o en que contiene diferente
concentraciones de soluto. El eutéctico adquiere tres
formas diferenciadas: Una primera, con forma laminar,
una segunda con forma irregular (fase p Mg;Al),
ambas formadas en borde interdendritico y una tercera,
menos abundante, en forma de compuesto intermetalico
AlgMns [4] segin andlisis de las diferentes fases
mediante espectrometro de energia dispersiva de rayos
X (EDX) adjunto al microscopio electronico de barrido
(MEB) utilizado .

Figura 2. Microestructura de lingote de la aleacion
AZ91D obtenida mediante MEB.

Se han mecanizado barras de seccion (10x10mm)
procedentes de lingote de este material y posteriormente
se han obtenido, mediante corte metalografico
transversal de estas barras, desbaste y pulido, probetas
EMP de 0,5mm de espesor.

3. EXPERIMENTACION

En esta primera etapa, se ha realizado una bateria de
cuatro ensayos convencionales de EMP, a temperatura
ambiente, cuyos resultados se muestran en las curvas de
la Figura 4. Asi mismo, se han efectuado ensayos de
traccion de esta aleacidn a temperatura ambiente y
120°C. Con los valores obtenidos del ensayo de traccion
se ha realizado la simulacion en ABAQUS del ensayo
EMP.

Debido a que los resultados experimentales previos que
se presentan en este estudio para la aleacion de
magnesio AZ91D, se han realizado a temperatura
ambiente, lo que se realmente se esta analizando es la
fluencia del material a temperatura ambiente y sus
mecanismos asociados, y no tanto el fenomeno de creep,
entendiendo como tal la fluencia a alta temperatura.
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Se han realizado una bateria de ensayos de EMP-
CREEP a temperatura ambiente con cargas de 53,9N
(5,5Kg) y 83,3N (8,5Kg) con una duracion de 30min.
Ademés se han realizado ensayos de EMP-CREEP
interrumpidos con caga de 83,3N (8,5Kg) a temperatura
ambiente y se ha observado mediante MEB la evolucion
del inicio de fallo en este material.

4. MECANISMOS DE CREEP EN ALEACIONES
DE MAGNESIO.

El fenémeno de creep se define como la parte
dependiente del tiempo de las deformaciones
provenientes de tensiones [5]. En general se relaciona
con las altas temperaturas, definidas como relativas
respecto al punto de fusion de los materiales Ty.

En aleaciones de magnesio, los mecanismos de creep
son debidos a fenomenos de difusion, dislocaciones y
deslizamientos en borde de grano, siendo estos dos
ultimos los mecanismos mas relevantes debido a que el
creep por difusion se produce a tensiones mas bajas [6]
y requiere altas temperaturas.

El mecanismo de creep por deslizamiento en borde de
grano es debido a una baja resistencia de las fases de
borde de grano, a la temperatura y a una red perturbada
en la zona de borde de grano. También puede ser debido
a los complejos procesos de solucidon/precipitacion y
respuestas de dislocacion. Durante el deslizamiento en
borde de grano, los granos deslizan unos sobre otros sin
sufrir una deformacion notable, siendo este mecanismo
de creep el mas tipico para aleaciones de magnesio con
contenido de aluminio y con baja resistencia a creep
como la aleacion AZ91D [6].

Las dislocaciones conducen al material a deformacion
plastica causando deformacion de toda la muestra. Las
dislocaciones por creep se basan en este efecto, dejando
un endurecimiento por deformacion en borde de grano,
a temperaturas bajas debido a que los precipitados, los
bordes de grano y otras dislocaciones hacen de barrera.
Sin embargo, a altas temperaturas las dislocaciones
“cross-slip” son capaces de saltar estas barreras,
utilizando el calor como energia de activacion para
trepar por las dislocaciones estando cerca de los
procesos de difusion. Por esta razon, la velocidad de
creep no solo depende de la temperatura y de la tension
sino también de las propiedades especificas del material,
especialmente del modulo de Young (lo cual parece ser
la razén principal por la cual las aleaciones de aluminio
presentan mayor resistencia a creep que las de
magnesio), el coeficiente de difusion y la energia de
fallo por apilamiento “stacking fault energy” [6].

El magnesio puro presenta un Unico mecanismo de
deformacion a temperaturas bajas (movimientos de
dislocacion de planos basales (0001) en dos direcciones
lineales independientes <11-20>. La capacidad para
someterse a  deformacion plastica en  materiales

policristalinos viene dada por el criterio de Von-Misses,
donde para llevar a cabo alguna deformacion sin rotura
en borde de grano se necesita activar cinco sistemas de
deslizamiento independientes en cada cristal [6].

El magnesio, a falta de tres sistemas de deslizamiento,
es muy duro para deformarse a temperatura ambiente,
siendo el maclado otro sistema de deformacion pléstica
mediante deslizamiento muy importante en este
material. A temperatura ambiente, el maclado ocurre en
planos piramidales {10-12}. De hecho, so6lo es posible
que ocurra el maclado cuando se aplican tensiones de
compresion perpendiculares o paralelas a estos planos.
En la deformacion plastica y a temperaturas elevadas,
el maclado es un proceso de desgaste térmico que tiene
poca influencia pero sin embargo su contribucion hacia
el creep primario no debe ser descuidada [6].

El mecanismo de rotura de este material es fragil,
intergranular e interdendritico y se denomina cavitacion
(unidén de cavidades). Se produce la cavitaciéon de zonas
de contacto entre granos y agrietamiento, sobre todo
cuando el material se somete a altas temperaturas,
debido a que la unién entre granos es mas débil que
dentro del propio grano, existe deformacion por fluencia
en forma de deslizamiento en los bordes de grano y la
nucleacion y crecimiento de huecos se concentran en las
zonas de contacto entre grano.

El las aleaciones de Mg-Al, el mecanismo de cavitacion
por creep ocurre principalmente en los bordes de grano
dendritico (interdendritico) donde residen las particulas
del eutéctico. El crecimiento y la coalescencia de esas
cavidades conduce a la fractura final de las probetas de
creep [4]. La resistencia de a creep de las aleaciones
Mg-Al, depende del fortalecimiento de la solucion
sélida de Al, de la precipitacion de la fase p (Mg;;Al;,)
dentro de los granos y en el borde de grano en forma de
eutéctico. El eutéctico B (Mgj;Alj,) en borde de gano
contribuye a la resistencia a creep obstaculizando la
eliminacion de dislocaciones (recuperando) en
dislocaciones de creep o inhibiendo la migracion y/o
deslizamiento en difusion por creep [4].

Segun estudios realizados de los mecanismos de creep
en la alecciones de magnesio dependen de las fases y
compuestos intermetalicos presentes en cada aleacion
asi como la evolucion de estos cuando estan sometidos a
tension y temperatura durante tiempo. El tamafio de
grano de la aleacion también influye en la respuesta a
creep del material. Un tamafo de grano fino, al tener
mas superficie de borde de grano que un tamafio de
grano grueso, estd sujeto a mas difusion y en
consecuencia mas creep altas temperaturas [5].

La aparicion de precipitados en la aleacion de magnesio
AZ91 después de someterse a creep es debido a un
proceso de precipitacion dinamico producido por la
aparicion de dislocaciones de creep. Las dislocaciones



actian como zonas heterogéneas para la nucleacion de
precipitados [7].

Por otro lado, al contrario de que ocurre en el estado 111
de creep convencional (creep terciario) que da lugar a
la pérdida de seccion para dafio externo como el
estrechamiento “necking” o para dafio interno en forma
de cavitacion, el creep terciario esta asociado a la
degradacion microestructural [8]. Esta degradacion de la
microestructura se puede dar de dos formas: una es el
engrosamiento y/o disolucion de particulas de
precipitados; la otra es el endurecimiento por
deformacion debido a un incremento en la densidad o en
la velocidad de movimiento de dislocaciones [9].

5. ESTADO TENSIONAL EN LA PROBETA EMP

Para poder establecer una correlacion entre los ensayos
de creep uniaxiales y los ensayos EMP-CREEP es
necesario tener un perfecto conocimiento del estado
tensional que se genera en la probeta EMP para
diferentes niveles de carga.

En general, podemos decir que el estado tensional que
se genera en la probeta miniatura de punzonado es un
estado tensional complejo, de caracter biaxial o triaxial,
y que presenta una serie de diferencias significativas
con respecto al ensayo de creep uniaxial. En la Figura 2
se presenta una simulacion numérica de la probeta
EMP, donde se ha simulado una geometria cilindrica de
6 mm de diametro y 0.5 mm de espesor.

En la Figura 4 se presenta la curva simulada junto con
los ensayos experimentales de 4 probetas EMP de la
aleacion AZ91D. La simulacion es valida en las
primeras etapas de deformacion (hasta la zona C),
donde empiezan a aparecer divergencias, dado que en
la simulacién no se ha considerado ningiin modelo de
dafio que reproduzca las roturas que comienzan a tener
lugar en esta zona y que hacer caer la curva P-3.

Figura 3. Estado tensional de la probeta EMP en dos
estados de carga diferentes.
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Material: AZ91D
Room temperature

025 Conventional SPT test ]
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Figura 4. Curvas EMP y simulacion numérica del
material AZ91D.

Una de las primeras caracteristicas del estado tensional
de la probeta EMP es que el estado tensional en la zona
del punzon es un estado triaxial de compresion,
mientras que en la superficie inferior de la probeta (cara
opuesta del punzon) el estado tensional es biaxial de
traccion. Es precisamente en esa zona de la cara opuesta
del punzon donde se alcanzan los mayores estados
tensionales durante el proceso de carga de la probeta, tal
y como aparece reflejado en la Figura 3. El punto
correspondiente al maximo estado tensional de traccion
se va desplazando a lo largo del ensayo, alejandose de la
zona central.

A medida que aumenta la carga en la probeta, las
tensiones en la cara opuesta del punzén aumentan hasta
alcanzar el valor del limite elastico del material en la
zona de la curva donde comienza el cambio de
pendiente (B).

En consecuencia, si se pretende conseguir un estado
tensional cercano al limite elastico se debe trabajar en
esta zona (A). Una vez sobrepasada la zona (B) la cara
inferior de la probeta ya se encuentra plastificada.

Otra de las notables diferencias del ensayo EMP, con
respecto al ensayo de traccidon uniaxial, es que el estado
tensional que tiene lugar en la probeta presenta altos
gradientes tensionales, desde el centro de la probeta
hacia los extremos, lo que en un ensayo de creep
supondria diferentes velocidades de deformaciéon en
cada punto de la probeta.

Y finalmente, otra de las grandes diferencias del EMP
con respecto a un ensayo de creep uniaxial es que
durante el ensayo EMP-CREEP (carga contante) se
pueden producir redistribuciones tensionales nada
despreciables. Las zonas mas tensionadas sufriran
deformaciones por fluencia, a la vez que se relajan
perdiendo tension. Por equilibrio tensional si las
tensiones en una zona se relajan deberan aumentar en
las zonas circundantes, lo que se traduce en un estado
tensional variable que tiende a uniformizarse a lo largo
del ensayo.
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Por su parte, en la Figura 5 se presenta la evolucion de
la tension principal maxima frente al desplazamiento de
la probeta en el punto situado en la zona central y en la
cara opuesta al punzon (nos referiremos a este punto
como punto central, PC).

300 T T T T T

50

Maximum principal stress (MPa)

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2

Distance from the central point (mm)

Figura 5. Evolucion de la tension principal maxima en
desde el punto central y en direccion radial.

6. ENSAYOS DE FLUENCIA A TEMPERATURA
AMBIENTE SOBRE PROBETAS EMP

En la Figura 6 se presenta, a modo de ejemplo, la curva
desplazamiento del punzén frente al tiempo, de dos
ensayos a diferente nivel de carga mantenida (5.5 kg y
8.5 kg respectivamente). Dichas curvas se han
superpuesto para facilitar su comparacion.

En estos ensayos EMP-CREEP, realizados a
temperatura ambiente, se han obtenido curvas con la
forma tipica de los ensayos de fluencia (deformacion
frente al tiempo). Se aprecia una parte primaria o
transitoria y una parte secundaria o estabilizada,
caracterizada por una velocidad de deformacion
constante. Tal y como muestra la figura 6, se observa
una clara influencia de la carga aplicada en la forma de
la curva, tanto en la fase primaria (diferente radio de
curvatura) como en la parte secundaria (mayor
pendiente a mayor carga).

-0.316

Material: AZ91D
Room temperature
0315 SPT-CREEPtest
£ osnef
g
2
g -0313f
(<]
[}
c
Q
£ -0.312
w
0.311 — 5.5Kg
—— 8,5Kg
0310l L L L L L L L
0 200 400 600 800 1000 1200 1400 1600
Time (sec)

Figura 6. Ensayos CREEP-EMP a
ambiente con 5,5Kg y 8,8Kg.

temperatura

En consecuencia, se puede observar la sensibilidad del
ensayo EMP-CREEP frente al nivel de la carga
aplicada, y la posibilidad de, mediante una metodologia
adecuada, poder extraer de esta curva los parametros de
creep de los materiales ensayados.

También se han identificado pequefios saltos existentes
en las curvas EMP-CREEP con mecanismos de rotura
locales que van desarrollandose en el material a lo largo
del tiempo. En ese sentido, y para analizar dichos
mecanismos de rotura en este material durante el ensayo
EMP-CREEP, se han realizado una serie de ensayos
interrumpidos para una misma probeta, siguiendo la
evolucion del dafio que aparece con el tiempo, para una
misma carga (8,5Kg) y a temperatura ambiente.

En la Figura 7 se presenta una de las probetas
analizadas, donde se ha detenido el ensayo a t;=0.5h,
t,=2.5h y t;= 74.5h respectivamente. Se puede observar
la aparicion de microgrietas en la zona central de la
muestra (en la cara opuesta donde incide el punzén) y su
crecimiento con el tiempo. Asimismo se ha detectado la
aparicion de nuevas microgrietas a lo largo del ensayo.
Se ha observado que algunas de las grietas que aparecen
en t, permanecen estabilizadas mientras otras originadas
en t; han crecido considerablemente como se aprecia en
los detalles de la Figura 8.

B 188mm

Figura 7. Microgrietas en fase f de la aleacion AZ91D
parat;

El mecanismo de rotura que se aprecia en este material a
temperatura ambiente, presenta un aspecto fragil y
ademas tiene lugar en la fase B (Mg;;Alj,) con forma
irregular presente en borde de grano interdendritico.

Ademas desde t;, se observa el aspecto de las
dislocaciones de este material. Estos mecanismos de
rotura fragil son debidos en parte a la temperatura a la
que se han realizado los ensayos, siendo esta un factor
importante que potenciard mecanismos mas ductiles
como las dislocaciones en este material.



Figura 8. Evolucion de la microgrieta 4 de la figura 7
durante el ensayo interrumpido para t;, t, y
respectivamente y dislocaciones.

7. CONCLUSIONES

Del estudio presentado en el presente articulo pueden
extraerse una serie de conclusiones que se resumen a
continuacion.

En primer lugar, existen considerables diferencias entre
la distribucion de tensiones en un ensayo de creep
convencional y un ensayo de creep con probeta EMP.

Anales de Mecanica de la Fractura 30, Vol. Il (2013)

Sin embargo, de los ensayos EMP-CREEP realizados
para AZ91D, se ha observado que las forma de las
curvas carga desplazamiento presenta las tendencias
tipicas del fendmeno de creep lo cual permitira
determinar los parametros de creep del material
analizado a partir de este ensayo EMP.

En cuanto al material analizado, se ha observado
mediante ensayos interrumpidos que la rotura a
temperatura ambiente se produce en la fase B, en el
borde de grano interdendritico, y presenta un aspecto
fragil y a cargas cercanas a las del valor del limite
elastico del material para esa temperatura.

Para desencadenar mecanismos mas ductiles y poder
determinar en probetas EMP el inicio de rotura a creep,
es necesario realizar ensayos a temperaturas mas
elevadas, que el material presenta mayor alargamiento
a rotura en los ensayos de traccion realizados a 120°C.
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FRACTURA DE FILMS DE NANOCOMPUESTOS DE PLA

C. Rodriguez' *, M. LL. Maspoch®

'TUTA, Universidad de Oviedo. Edificio Departamental Oeste n°® 7, 33203, Gijon, Espaiia.
" e-mail: cristina@uniovi.es

? Centre Catala del Plastic, Universidad Politécnica de Catalunya.
C/Colom 114, 08222 Terrassa, Espafia

RESUMEN

El analisis del comportamiento a fractura de films de polimeros se basa en la obtencion del trabajo esencial de fractura,
para lo que se requiere el mecanizado, ensayo y evaluacion de numerosas probetas entalladas. Teniendo en cuenta que
todas estas labores requieren un elevado coste asociado (mecanizado de probetas, utilizacion de equipos de ensayos
complejos, tiempo de analisis de resultados), la utilizacion de técnicas de ensayo alternativas que impliquen el ahorro
tanto de material como de tiempo es una opcion cada vez mas utilizada. El ensayo miniatura de punzonado (EMP) es
uno de los ensayos que en los ultimos afios ha sufrido un gran desarrollo como alternativa a los ensayos convencionales
en el caso de los aceros y otras aleaciones metalicas.

En este trabajo se analiza la aplicabilidad del ensayo EMP en la caracterizacion a fractura de films de Poli (4cido
lactico), PLA, que ha sido reforzado con nano compuestos de arcilla en diferentes porcentajes. La aplicabilidad del
método se evallla comparando los resultados obtenidos utilizando el EMP con los correspondientes a ensayos
convencionales. Asimismo, la rapidez del EMP y el poco material requerido para los ensayos han hecho posible el
analisis detallado del modo en el que afectan los tratamientos de rejuvenecimiento que habitualmente se aplican a estos
materiales asi como la pérdida de sus beneficios a lo largo del tiempo.

PALABRAS CLAVE (maximo 3): Poli (4cido lactico), trabajo esencial de fractura, Ensayo Miniatura de Punzonado.

1. INTRODUCCION

Los ensayos miniatura de punzonado o ensayos SPT Durante el ensayo se obtiene el registro carga-

(Small Punch Test) llevan utilizandose con éxito en la
caracterizacion mecanica de diversas aleaciones
mecanicas desde hace varias décadas [1-2]. La ventaja
de este ensayo consiste en que utiliza probetas de muy
pequetio tamafio (lado o diametro inferior a 10 mm) y
espesor (menos de 0.5mm). Estas probetas, cuyo
contorno se encuentra empotrado, se someten a la
accion de un punzén de cabeza semiesférica que la
deforma hasta su rotura, tal como se esquematiza en la
figura 1.
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desplazamiento del punzon sobre la que se obtienen una
seric de parametros caracteristicos directamente
relacionados con las  propiedades  mecanicas
convencionales de los materiales [3]. La Figura 2
muestra el registro carga-desplazamiento tipico de un
acero estructural y las zonas donde se obtienen los
diferentes valores de carga, desplazamiento o energia
que, una vez convenientemente tratados y eliminado el
efecto del espesor ¢ de la probeta, se saben relacionados
con parametros tan importantes como el limite eldstico
(ec. 1), la resistencia a la traccion (2), el alargamiento
(3) o la tenacidad del acero (4).

P P, d w,
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donde a, f, ¥ y 6 son coeficientes caracteristicos del
tipo de material [4].

Aunque mucho mas tarde y de forma mas timida, el
ensayo SPT también ha sido aplicado en Ila
caracterizacion de ciertos tipos de materiales



poliméricos [5,6]. No obstante, el comportamiento de
este tipo de materiales puede ser tan variado, que la
mayor parte de los trabajos realizados se quedan en el
simple analisis de las curvas obtenidas en el ensayo, sin
entrar en la definicion precisa de las posibles relaciones
entre las propiedades mecanicas convencionales y las
que se obtendrian a través del ensayo SPT.
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Figura 2. Curva SPT caracteristica de un acero

Parece pues interesante dar un paso mas y analizar si es
posible establecer algun tipo de relacion entre los
pardmetros obtenidos en el ensayo SPT y los normalmente
utilizados en la definicion mecanica de los polimeros.
Estas relaciones serian especialmente utiles cuando el
material es escaso y, sobre todo, en aquellos casos en los
que la caracterizacién convencional es especialmente larga
y costosa. Este seria el caso de los materiales poliméricos
fabricados en forma de film, cuya caracterizacion a
fractura, a través del trabajo esencial de fractura, requiere
el mecanizado, ensayo y evaluacion de numerosas
probetas entalladas.

Uno de los polimeros cuya aplicacion en la industria del
embalaje requiere su fabricacion en forma de film y que ha
tomado protagonismo en el momento actual por ser una
alternativa a los derivados de combustibles fosiles, es el
Poli(Acido Léctico) (PLA). Este polimero se sintetiza a
partir del 4cido L-lactico (proveniente de la fermentacion
del almidén) y se caracteriza por ser un material
semicristalino, con una Tg de alrededor de 60°C y una
temperatura de fusion (Tm) cercan a 155°C [7]. El grado de
cristalinidad que puede alcanzar viene determinado por la
proporcion de enantiomero D-lactico, asi como la masa
molecular que esté presente. Proporciones de tan solo un 4
% mol (tipica de los grados comerciales) del enantidmero
D reduce su velocidad de cristalizacion a niveles tales que,
en condiciones de procesamiento habituales, el producto es
practicamente amorfo [7]. No obstante, y debido a ciertos
factores intrinsecos al material [8], éste exhibe un
envejecimiento fisico acelerado que ocasiona una
disminucién importante de tenacidad [9]. Es bien conocido
que este fenomeno puede ser revertido aplicando un
tratamiento térmico a temperaturas proximas a su Tg
seguido de un enfriamiento brusco [10].

El objetivo este trabajo es evaluar la aplicabilidad del
ensayo miniatura de punzonado en la caracterizacion

mecanica de films de PLA con diferentes porcentajes de
carga. Para ello se evaluara en primer lugar el tipo de curva
caracteristica, para posteriormente analizar los valores de
carga, desplazamiento y energia que puedan estar
relacionados con las  caracteristicas = mecanicas
convencionales asi como las posibles relaciones entre los
parametros obtenidos a través de uno u otro ensayo. Por
ultimo, y en caso de demostrarse su aplicabilidad, se
utilizara este tipo de ensayo para analizar el efecto de un
proceso de rejuvenecimiento y su evolucion a lo largo del
tiempo.

2. MATERIALES UTILIZADOS:
CARACTERIZACION CONVENCIONAL

En este trabajo se han utilizado tres tipos de films
obtenidos a partir de un grado comercial de PLA
(NatureWorks, 2002D con 96 % de isdbmero L-lactico) y
pero con diferentes cantidades de carga (en este caso
una montmorillonita organomodificada, Southern Clay
Products, Cloisite 30B con un 30 % de modificador
organico). Los films, de unos 0.4 mm de espesor
nominal, se obtuvieron con dos procesos diferentes.
Mediante un proceso de extrusion mono-husillo se
prepararon laminas de PLA virgen (PLA). Las laminas
de PLA reforzadas con nanoarcillas se obtuvieron con el
proceso de extrusion doble husillo, llevando a cabo tres
etapas de procesado:(i) preparacion de un masterbach
concentrado de nanoarcilla, (i) homogeneizacion del
masterbach y (iii) dilucion y calandrado de las laminas.
Con este procedimiento se obtuvieron laminas con
concentraciones finales de nanoarcilla de un 0.5+0.1
(PLA0.5) y un 2440.1 % (PLA2.5) en masa
respectivamente. Adicionalmente, se prepararon laminas
de PLA virgen con PLA reprocesado en idénticas
condiciones y proporciones que las laminas de PLA
reforzadas con nanoarcilla, para tener en cuenta posibles
efectos de la degradacion por el procesado.

Estas laminas también fueron sometidas a un
tratamiento térmico que consistid en un calentamiento a
60 °C durante 20 minutos (recocido), seguido de
enfriamiento rapido por inmersion en un bafio de hielo y
agua durante 5 minutos (temple), al que se referira en
adelante como tratamiento de “rejuvenecimiento”. Para
diferenciar los materiales con tratamiento de
rejuvenecimiento de sus respectivos materiales de
partida, se adiciona la letra T a la nomenclatura descrita
anteriormente.

La caracterizacion mecanica a traccion de los films se
realizo siguiendo la norma ASTM D-638 en un maquina
de ensayos universal (Galdabini, Sun 2500) equipada
con una célula de carga de SkN y un videoextensdmetro
Mintron OS-65D. Las probetas, con geometria estandar
(tipo IV) y obtenidas en direccion longitudinal (MD), se
ensayaron a una velocidad de separacion de mordazas
de 10 mm/min y a una temperatura de 22+1°C,
obteniéndose las correspondientes curvas de tension-
deformacion. A partir de dichas curvas se determinaron
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la tension y deformacion en cedencia (o;, g,) y la
deformacion a rotura (&,). La tabla 1 muestra los valores
medios de al menos 5 ensayos validos tanto de los
materiales en estado envejecido como tras el tratamiento
térmico de rejuvenecimiento. Como puede observarse,
la carga de nanoarcilla apenas afecta a ninguna de las
propiedades mecanicas a traccion. Por su parte, el
tratamiento térmico provoca una ligera merma de la
resistencia pero con un aumento muy notable de la
ductilidad.

Tabla 1. Caracteristicas mecanicas a traccion

oy, g (%) | & (%) We ﬁw,,2
(MPa) (ki/m?) | (ki/m”)
PLA 74+1 [ 25+0.1| 2243 | 29+#3 [1.3%0.2
PLAT | 611 - 455425 | 36%3 |5.940.2
PLAOS | 741 |25+0.1| 14+3 | 3745 | 264
PLAOS T | 651 - 386416 | 39+2 |5.6+0.1
PLA25 | 741 [22+0.1| 22#1 | 43+2 | 4.16
PLA2.5_T 68+1 - 308128 4713 610.2

Para la caracterizacion a la fractura se aplico la
Mecanica de la Fractura Post-Cedencia (PYFM)
mediante el método del trabajo esencial de fractura
(EWF) en probetas de doble entalla agudizada a traccion
(DDENT). Los fundamentos tedricos y procedimiento
de ensayo estan descritos tanto en el protocolo de la
ESIS [11] como en trabajos previos [12] por lo que no
se detallan aqui. No obstante, es importante sefialar que
para determinar los parametros de fractura se
representan los valores del trabajo especifico de fractura
(wy) en funcion de la longitud de ligamento de las
probetas (/), para obtener por regresion lineal el trabajo
esencial especifico de fractura (w,) y el término pléstico
(W) seglin la ecuacion:

W = W, + Bwy, Q)

Para una correcta aplicacion de la metodologia del EWF
es necesario que el rango de longitudes de ligamento de
las probetas garantice la ausencia de efecto borde, un
estado de tension plana y la completa cedencia de la
zona de proceso antes de la propagacion de la grieta.
Por otro lado, en las curvas F-d obtenidas para las
probetas con diferentes longitudes de ligamento se debe
observar una similitud geométrica [11].

Las probetas se troquelaron en la zona situada entre el
extremo y el centro de las laminas (Figura 3a). Las
dimensiones de las probetas DDENT (Figura 3b) fueron
de 100x50x0.40 mm, con 5 longitudes de ligamento que
oscilaron entre 5 y 25 mm a un intervalo de 5 mm. Para
cada longitud de ligamento se realizaron tres réplicas.
Los ensayos se realizaron empleando una velocidad de
separacion de mordaza de 1 mm/min y una temperatura
de 22+1 °C. La deformacion se obtuvo utilizando un
videoextensometro, segun el procedimiento descrito en

trabajos previos [8]. Los resultados obtenidos se
recogen en la tabla 1. Como puede observarse, la carga
de nanoarcilla si parece influir en tenacidad de los PLA,
aumentandola ligeramente. En este mismo sentido
parece influir el tratamiento térmico aunque el
incremento de tenacidad que produce es mas notorio en
el material sin carga.
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Figura 3. Zona de extraccion de las probetas de
traccion y fractura en direccion MD

3. ENSAYOS MINIATURA DE PUNZONADO

Los ensayos miniatura de punzonado se realizaron sobre
probetas de seccion cuadrada de 10mm de lado y
espesor igual al de la lamina de partida, que fueron
extraidas directamente de las ldminas mediante la
utilizacion de una cizalla. Los ensayos se realizaron en
una maquina MTS de 5kN de capacidad de carga a una
velocidad de ensayo de 0.2 mm/min. Para cada material,
el nimero de probetas ensayadas fue siempre superior a
10.

La figura 4 muestra, de forma conjunta, tres registros
graficos carga-desplazamiento correspondientes a los 3
tipos de PLA analizados.
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Figura 4. Curvas SPT caracteristicas de los materiales



Como puede verse la curva caracteristica de este tipo de
materiales difiere sensiblemente, al menos en la zona
final de la correspondiente a los aceros. En este caso,
tras superarse la zona de carga maxima (P,,) ¥y
producirse una cierta caida de la carga, los materiales
muestran un proceso de endurecimiento que finaliza en
la rotura final de la probeta.

Si comparamos este tipo de curva con las caracteristicas
del ensayo de traccion para este tipo de materiales [8],
parece logico establecer un cierto paralelismo entre la
zona en la que se alcanza la primera carga maxima del
ensayo SPT (punto P,, en figura 4) y el punto
correspondiente a la cedencia del ensayo de traccion,
por esta razon los valores de carga y desplazamiento
correspondientes a ese punto (P, V dya) podrian estar
relacionados con la tension y la deformacion a cedencia
(0, &) respectivamente. Del mismo modo, el punto en
el que vuelve a alcanzarse un maximo de carga, previo
a la rotura final, seria el que estuviese relacionado con
la deformacion a rotura (&) y la tenacidad a fractura
(w,) de estos materiales. No obstante, también
calcularemos el valor de P,, correspondiente al limite de
la zona inicial lineal y que en el caso de los aceros esta
relacionado con el limite elastico de los mismos.

La tabla 2 recoge los valores medios y la desviacion
standard de los parametros P}/tz, Poad s A/t y w, /¢

de los tres tipos de polimeros analizados.

Tabla 2. Parametros caracteristicos SPT

P/t P/t 4t Wu/t2

(MPa) (MPa) max (N/mm)
PLA 123+14 | 617+40 5.240.9 | 1056+220
PLAO.5 |115+10 |621+19 5.5+0.5 | 1357+200
PLA2.5 |107+£30 |626%+29 6.0+£0.4 | 1502+103

Como puede observarse, y al igual que pasaba con las
caracteristicas mecanicas a traccibn no existen
diferencias significativas entre ninguno de los
parametros caracteristicos tras el ensayo SPT de los tres
materiales. Unicamente parece haber diferencia en el
valor de W,/t* del material sin carga y del cargado con
un 2.5 de nanoarcilla. En el caso de los aceros, este
parametro esta relacionado con la tenacidad a la fractura
(4), que curiosamente también era significativamente
diferente en los ensayos de fractura convencionales (ver
tabla 1).

A partir de estos resultados se han calculado el valor de
los coeficientes, a, v y 0, que relacionan las propiedades
SPT con el limite de cedencia (o), la deformacion a
cedencia (g), y la tenacidad a fractura (w,),
respectivamente. La tabla 3 recoge los resultados
obtenidos. Los dos valores del coeficiente o recogidos
en dicha tabla corresponderian al uso de Py (ay10) 0 de
Prax (0pmax) €n la relacion con el limite de cedencia (1).

La tabla refleja como en este caso, el coeficiente que
liga el limite de cedencia con el pardmetro SPT en el

punto de carga maxima, Opmax, asi como el que
relaciona el trabajo esencial de fractura con el éarea

encerrada bajo la curva en el instante del fallo, 0, no
parecen depender del tipo del polimero que se esté
analizando. De confirmarse este comportamiento en el
caso de mas polimeros de este tipo, estos coeficientes
nos permitirian obtener tanto el limite de cedencia como
la tenacidad a la fractura del material en un mismo
ensayo, que ademas requiere una cantidad de muestra
muy reducida. No ocurre lo mismo con los otros dos
coeficientes, que indudablemente no parecen relacionar
los parametros analizados.

Tabla 3. Coeficientes SPT obtenidos experimentalmente

Qt/10 Olpmax Y 0
PLA 0.54 0.11 2.7 0.028
+0.06 +0.01 +0.5 +0.005
0.64 0.12 2.5 0.028
PLAD.5 +0.05 +0.004 +0.2 +0.004
0.82 0.12 3.7 0.029
PLA2.5 +0.56 +0.006 +0.3 +0.002

Parece conveniente sefialar, ademas, la sorprendente
sensibilidad de este ensayo a la presencia de pequefios
defectos presentes en las probetas previamente al inicio
del ensayo. Estos defectos, que ya estdn presentes a
simple vista en las muestras originales, se hacen mas
numerosos conforme el material es manipulado para
someterlo a procesos de corte, etc. La figura 5 recoge el
diferente comportamiento exhibido por varias probetas
del mismo material pero con diferente grado de dafio
por manipulacién. Como puede observarse, la presencia
de dafo hace caer drasticamente las propiedades
resistentes del material asi como su tenacidad. Ademas,
mientras que la rotura de la probeta “sana” se produce
en la zona de méaxima deformacion (figura 6a), el fallo
de la otra probeta se produce en la zona del defecto
(figura6b).

PLA_Probetas
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Figura 5.Efecto de la presencia de un defecto
(PLA_probeta3) en la curva SPT del material sin carga
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Rotura debida a defecto

Figura 6. Aspecto de las roturas de las probetas: a) sin
defecto previo (PLA_probeta 5), b) con un pequerio
defecto inicial PLA probeta 3)

4. EFECTO DE LA VELOCIDAD DE ENSAYO

Analizada la aplicabilidad del ensayo miniatura de
punzonado en la caracterizaciéon mecéanica de los PLA
estudiados, merece la pena evaluar el efecto de la
velocidad de ensayo. El objetivo final seria poder
aumentarla y de este modo reducir el tiempo de ensayo
(unos 20-30 minutos con la velocidad standard de 0.3
mm/min). Con ello reduciriamos costes y ademas los
ensayos serian menos sensibles a posibles variaciones
del comportamiento del material durante el transcurso
del ensayo (variaciones que podrian exhibir los PLA
tras un proceso de rejuvenecimiento [14]).

El resultado es que el ensayo SPT se muestra muy
sensible al efecto de la velocidad de deformacion. Asi,
realizados ensayos a distintas velocidades de
desplazamiento del punzéon (0.2, 1 y 2mm/min), en

todos los casos se aprecia una notable pérdida de
tenacidad de los materiales conforme aumenta la
velocidad de ensayo, mientras que el valor de la
resistencia apenas varia. La figura 7 recoge las curvas
SPT correspondientes al material sin carga (PLA)
ensayado a las distintas velocidades.
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Figura 7. Curvas SPT del material PLA obtenidas a
distintas velocidades de ensayo

5. EFECTO DEL TRATAMIENTO DE
REJUVENECIMIENTO

El efecto inmediato del proceso de rejuvenecimiento ya
habia sido evaluado mediante ensayos mecanicos
convencionales de traccion y fractura y sus resultados se
resumian en la tabla 1. Este efecto también ha sido
evaluado utilizando el ensayo SPT con el material sin carga
tratado (PLA_T). Ademas se analiz6 el efecto del tiempo
transcurrido tras el tratamiento térmico, ensayando
probetas que habian sido tratadas a distintos intervalos de
tiempo desde el tratamiento. LLas probetas tratadas tenian
la misma geometria que las no tratadas y fueron ensayadas
en las mismas condiciones que aquellas, pero a distintos
intervalos de tiempo desde que habian sufrido el proceso
de rejuvenecimiento. Asi se realizaron ensayos sobre el
material inmediatamente tratado (PLA_TO) y una vez
trascurridas 1(PLA_T1), 12 (PLA _T12), y 24 (PLA_T24)
horas. La figura 8 recoge, a modo de ejemplo las curvas
carga-desplazamiento correspondientes a esta bateria de
ensayos en el caso del material sin carga (PLA).
120 n
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PLA_T24
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Figura 8. Curvas SPT del material PLA ensayadas
transcurridos distintos intervalos de tiempo desde el
tratamiento de rejuvenecimiento




Como se refleja en la figura 8, el efecto del tiempo
transcurrido  tras el  tratamiento  térmico  de
rejuvenecimiento es claramente observable a través del
empleo del ensayo SPT. Conforme pasa el tiempo (ver
tabla 4) el material sufre un incremento de la resistencia
(tomada en carga maxima) y de la rigidez, con la
consecuente merma de ductilidad y tenacidad. De este
modo y transcurridas unas 12 horas desde el tratamiento, el
material exhibe un comportamiento semejante al del
material sin tratar (tabla 1).

Tabla 4. Parametros SPT del material PLA
transcurridos diferzentes tiempos desde el tratamiengo
Pl |t | auft | el
PLA_TO 550 5.4 9.95 1862
PLA_T1 563 5.2 9.46 1902
PLA_T12 611 5.1 6.92 1279
PLA_T24 | 587 4.8 7.01 1260

Conviene sefialar, que aunque se realizaron ensayos a
intervalos de tiempo comprendidos entre las 2 y las 12
horas, los resultados obtenidos muestran una gran
dispersién y por esa razébn no se han recogido en este
trabajo. La explicacion a esta variabilidad de resultados,
podria fundamentarse en el hecho de que unicamente se ha
realizado un ensayo en cada intervalo de tiempo, por lo que
el hecho de que la probeta utilizada tuviese algiin pequefio
defecto inicial, enmascararia el efecto del tratamiento
térmico. Por esta razon es obvio que un analisis completo
del efecto del tratamiento térmico y su atenuacion a lo
largo del tiempo mediante el ensayo SPT necesita la
realizacion de un mayor numero de ensayos.

6. CONCLUSIONES

Tras la aplicacion del ensayo SPT en la caracterizacion
mecanica de polimeros PLA, suministrados en forma de
film y con distintos porcentajes de carga, cabe destacar
las siguientes conclusiones:

1- El ensayo SPT se perfila como una herramienta
eficaz en la caracterizacion mecanica de este tipo de
materiales, permitiendo, en un solo ensayo y con una
muy pequefia cantidad de muestra, obtener valores
aproximados tanto del limite de cedencia como de la
tenacidad a la fractura de los polimeros.

2- Se han establecido relaciones fiables entre
parametros del ensayo SPT y propiedades mecéanicas
convencionales como el limite de cedencia y el trabajo
esencial de fractura de los distintos nanocompuestos de
PLA.

3- El ensayo se muestra muy sensible a la presencia de
pequetios defectos previos en la probeta, lo que
permitiria su utilizacion en el control de calidad de estos
materiales.

4- Este ensayo también es muy sensible a la velocidad
de desplazamiento, por lo que uUnicamente serian

comparables los resultados de ensayos realizados a la
misma velocidad.

5- La sencillez, tanto del ensayo SPT como de las
probetas utilizadas, permiten una rapida caracterizacion
de los materiales, lo que incita a su empleo en el analisis
de comportamientos  transitorios, como el
envejecimiento acelerado que sufren este tipo de
polimeros.

6- A través del ensayo SPT ha sido posible evaluar la
continua y progresiva rigidizacion que sufren estos
materiales conforme transcurre el tiempo tras el
tratamiento de rejuvenecimiento, siendo posible afirmar
que a partir de unas 12 horas la transicion ductil-fragil
ha concluido.
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ABSTRACT

In this work stable fracture tests performed using the Crack Mouth Opening Displacement as control parameter are
proposed for accurate and reliable determination of fracture toughness (K;c) of nanocomposites. K;c values have been
calculated from the maximum loads, K;cp, and from the total fracture energy determined in stable tests, K¢ Results for
the nanocomposites are compared with those for a reference fully dense alumina material with grain size (ds;= 3.5 pm)
similar to that of the nanocomposite matrix. Possible toughening mechanisms are discussed

Fully dense alumina-matrix nanocomposites with 5 and 10 vol.% SiC have been prepared using hot press at 1650°C for
30 min under a pressure of 25 MPa in argon. Controlled fracture tests have been performed using Single Edge “V”
Notched Beams (SEVNB, 4x6x50 mm?’, relative notch depth 0.5) in three points bending (span = 40 mm).

PALABRAS CLAVE: Al,0,/SiC nanocomposites, Fracture toughness, Fracture energy.

1. INTRODUCTION

Micro and nano ceramic composites with improved
mechanical behavior are being developed. In the
microcomposites, micro-size second phases such as
particulate, platelet, whisker and fiber are dispersed at
the grain boundaries of the matrix. The nanocomposites
can be grouped into three types; intragranular and
intergranular ~ nanocomposites and  nano/nano
composites [1].

Originally a number of combinations of ceramic
nanocomposites, AlLOs/SiC, AlLO5/SizN4, AlO3/TiC,
mullite/SiC, B4C/SiC, B4C/TiB,, SiC/amorphous SiC,
Si;3N4/SiC, were reported by Niihara’s group [1]. Room
temperature and strength values two to five times higher
than those of monolithic materials were claimed.
Moreover, superior high temperature hardness, creep
and fatigue resistance at high temperatures as well as
resistance to thermal shock were also reported [1].

Since the seminal work by Niihara [1], the development
of ceramic nanocomposites has generated considerable
research activity due to the potential appealing
mechanical, physical and tribological properties [2-14].
A major challenge in this research field is the
understanding of the basic properties of the materials
focusing new developments. In this sense, several
studies investigating the relationships between

microstructure and strength at room and elevated
temperatures, wear resistance, creep resistance and
toughness have been conducted by various authors
[3,12,15-25]. There is no agreement about the
nanocomposite effect on the mechanical behavior.
However, for alumina-based nanocomposites, it is
generally agreed that the fracture mode changes from
predominantly intergranular for fine-grained alumina (<
5 um) to predominantly transgranular in the
nanocomposites even for very small amounts of second
phase [12,24,25].

Alumina/SiC nanocomposites have been the most
studied [4,5,8,15-26]. They are produced by the
incorporation of nanosized SiC particles in an alumina
matrix with typical grain size ~1-5 pum. The most
remarkable and reproducible benefits offered by the
Al,O;3/SiC nanocomposites are in their tribological
properties where great improvements compared with
pure alumina occur: in the resistance to severe wear and
surface finish following grinding and polishing [24,25].
Zhao et al. [15] demonstrated that alumina/SiC
nanocomposites are easier to polish to a good surface
finish than pure alumina of similar grain size because of
nanocomposites suffering much less surface fracture
and grain pullout. The wear rate of the nanocomposites
under wet erosion and sliding wear can be reduced by a
factor of 3-5 compared with pure alumina of the same
grain size (the transition from mild to severe wear



which is commonly observed in alumina after a critical
time in sliding wear is also suppressed in the
nanocomposites) [24,25].

In order to develop new materials and search for new
applications of the existent ones, it would be needed to
understand the relationships between the basic
mechanical properties and the behavior of the
nanocomposites in use.

One of the most studied properties of AlLOs5/SiC
nanocomposites has been the flexural strength
[4,5,15,16,18,22,26]. Data published by several authors
report a strengthening effect that, in general, cannot be
explained by a toughness increase [4,15,16,18,26].
However, it is not universally agreed that there is any
strengthening effect on the incorporation of small SiC
particles into alumina, indeed recent work by Borsa et
al. [5] found no significant increase in strength in a
range of Al,O3/SiC nanocomposites when compared
with an equivalent fine grain alumina.

There is little consensus on the mechanism for the
increased strength observed in Al,O3/SiC. The
toughness increase [15,18,22,26], the reduction of the
density and size of the critical defects present in the
material [4,16,26,] and the transition from intergranular
to transgranular fracture [5,25,26,] have been identified
which either in isolation or in conjunction may lead to
this behaviour.

There are two main problems for the analysis of the
nanocomposite effect on strength. On the one hand, the
flexural strength is highly dependent of the grain size
and the mechanical behavior of the nanocomposites is
compared to that of alumina of similar grain size as that
of the composite matrix only in few works [4,5,15,26].
On the other hand, only one work takes into account the
statistical character of strength by determining the
Weibul distribution of values [16]. Data from this latter
work are not conclusive due to the differences between
the grain sizes of the single phase alumina and the
matrices of the composites tested.

Main drawback in understanding the mechanical
behaviour of nanocomposites is the lack of accurate and
reliable toughness values. Reported values have been
determined by indentation. Even though indentation
toughness values could be useful for comparative
purposes when insufficient volume of material is
available, they are not valuable for the basic
understanding of material behavior. The equations used
at present are based on expressions for the stresses
which have no experimental verification, are based on
unrealistic assumptions and contain unknown factors
which are supplied by calibration [8,15,16,18,22,25,26].

This work reports fracture toughness (Kjc) values of
AlL,0O3/SiC nanocomposites obtained in stable fracture
tests performed using the Crack Mouth Opening

Displacement as control parameter. Kjc values have
been calculated from the maximum load, K;cp, and from
the total fracture energy determined in stable tests, Kic,.
The former is proposed to characterise the initiation of
fracture while the latter describes the average fracture
process.

2. EXPERIMENTAL
2.1. Material and specimen preparation

a-alumina Taimicron TM-DAR (Krahn Chemie GmbH,
Germany, 150 nm) and UF45 o-SiC powder (H.C.
Starck, UK, 90 nm) were used to prepare Al,O;/SiC
nanocomposites containing 5 and 10 vol.% SiC.

The SiC powder was dispersed in distilled water prior to
ball milling with the desired amount of Al,O;. An
addition of 0.25 wt.% (relative to the dry powder) of
MgO (AnalaR, UK) was used to prevent abnormal grain
growth. The volume ratio of water to powder was 2:1 by
volume, and 2.1 wt.% (relative to the dry powder) of
Dispex A40 (Allied Colloids, UK) was used as a
dispersant.

Ball milling was carried out for 24 hours in a
polyethylene bottle. Then, more distilled water was
added so that the volume ratio of water to powder was
4:1 to satisfy the requirement of freeze-drying and the
resulting mixture was milled for another 2 hours.

The slurry was subsequently freeze-dried for 24 hours
and the dried powder passed through a 106 pm sieve to
ensure that there were no agglomerates. Finally, the
powder was calcined at 400 °C for 2 hours, using a
heating/cooling rate of 10 °C/min, to remove all
dispersant and plastic from the milling bottle.

Disc specimens (55 mm diameter and 7 mm thickness)
were fabricated by hot pressing in a graphite die for 30
min at 25 MPa in an argon atmosphere at 1650 °C.

The sintered densities were determined by Archimedes’
method in distilled water (European Standard EN
1389:2003) and relative densities were calculated from
these values and those of theoretical densities calculated
taking values of 3.99 '10° Kg m™ (ASTM: 42-1468) for
alumina and 3.21'10° Kg m™ (ASTM: 49-1428) for
silicon carbide. Reported density values are the average
of eight measurements and errors are the standard
deviations.

The sintered discs were diamond machined into bars of
4x6x50 mm® for dynamic Young’s modulus and
fracture toughness determinations.

The resonance frequency of the bars in flexure
(European Standard EN 843-2:2004) was used to
estimate the dynamic Young’s modulus (Grindosonic,
J.W. Lemmens, Belgium). Reported Young’s modulus
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values are the average of eight measurements and errors
are the standard deviations.

Bars of 25x2.5x2 mm’ were diamond machined from
the sintered discs for bend strength tests (European
Standard EN 843-1:1995). The flexural strengths were
measured in the four-point bending configuration, using
a crosshead rate of 0.005 mm s and inner and outer
spans of 10 and 20 mm, respectively. The tests were
performed on a universal testing machine (Dension-
Mayes, UK). For the flexural strength measurements, as
cut-beams were polished on the four long faces using
25, 15,9, 6, 3 and 1 pm diamond slurries. Reported
flexural strength values are the average of ten
measurements and errors are the standard deviations.

The SEVNB (Single Edge V-notch Beam) method was
used to estimate the fracture toughness. The notch was
initially cut with a 300 um wide diamond wheel. Using
this pre-notch as a guide, the remaining part of the notch
was done with a 200 um wide razor blade sprinkled
with 1 um diamond paste. Tip radii of less than 10 pm
were obtained. The relative notch depth, a/W (a = notch
depth, W = specimen width), was 0.5. The Figure 1 (a)
and (b) show characteristic final notch tips for the
ALOs/S and 10 vol.% SiC nanocomposites,

respectively. And the figure 1 (c) shows characteristic
final notch tips for a pure alumina with a similar grain
size [27].

Figure 1: Optical micrographs of a lateral surface of
SEVNB specimens showing the final notch tips (a0 =
0.5).

(a) AlLOs/5vol.% SiC nanocomposites

(b) Al05/10vol.% SiC nanocomposites

(c) Al,051450 °C fine grained [27]

2.2. Test conditions

The development and complete description of the
experimental setup used for the fracture toughness

determination is described elsewhere [27]. It combines
an electromechanical machine (Microtest, Spain) with a
high-precision optical micrometer (Keyence, Japan).
The compliance of the test rig, C, (machine, load cell
and support arrangement) is 1.5.107 m/N up to 150 N
and the resolution for the whole system for CMOD
recording and control (micrometer + testing device) is
0.02 pum.

Fracture tests were performed using CMOD control at
rate of 1.8 pm min™'. This velocity was chosen in order
to use a rate of the deformation of the specimen similar
to that previously used to test alumina of similar grain
size (0.005 mm.min™).

Three specimens were tested in same experimental
conditions. Reported fracture toughness values are the
average of the measurements and errors are the standard
deviations.

3. RESULTS

The properties of the Al,Os/SiC nanocomposites
sintered in this work are summarized in table 1. Both
nanocomposites attained more than 99% of theoretical
density. A slightly increase in the average flexural
strength for the nanocomposites was found.

For the nanocomposites, Young’s modulus values are in
the range of those calculated from values for dense
alumina (400 GPa) and SiC (450 GPa) and the
compositions by using the Voigt limit .

Table 1: Microstructural and mechanical parameters for
the alumina/SiC nanocomposites tested in this work, A-
5 and 10 vol.% SiC and pure alumina A1450 of similar
grain size. p = % theoretical density, £ = dynamic
Young’s modulus, o, = four point bending strength.
s.d.= standard deviation.

. p (s.d.) E (s.d) or(s.d.)
Material (%T.D) | (GPa) | (MPa)
41450 98.1(0.3) | 387(3) | 456(29)
A-5vol% SiC | 99.0(03) | 3954) | 532 (64)
A-10vol.% SiC | 988 (0.3) | 390(3) | 523 (52)

In the CMOD controlled tests, monotonous load
decreases with increasing times as correspond to
controlled fracture were always obtained (Figure 2).



The load-displacement curves corresponding to the tests
of figure 2 are plotted in figure 3. A decrease of
displacement was needed to reach stable fracture after
the maximum load which could only be attained by
using CMOD control.

60 -
A5SIC

501 A10SiC

40
= 30
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T T T T T
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Figure 2. Characteristic load (P) - time (t) curves
recorded during the fracture tests for Al,O3/5vol.%SiC

(AS5SiC) and AlLOs/10vol.%SiC (A10SiC). Stable
fracture was attained.
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Figure 3. Characteristic load (P) — displacement (d)
curves corresponding to tests of figure 2 for
ALLO3/5v0l.%SiC  (A5SiC) and Al,03/10vol.%SiC
(A10SiC). Decreasing of the displacement (snap-back)
was needed to reach stable fracture.

As it is shown in the load-CMOD curves of figure 4,
similar results were obtained in this work for different
specimens tested using the same conditions which gave
relatively low standard deviations for the fracture
toughness parameters.
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Figure 4: Load-crack mouth opening displacement
(CMOD) plots recorded during the fracture tests for two
different specimens of alumina - 5 vol.% SiC (a) and
10 vol.% SiC (b)- showing the repeatability of the tests.

The critical stress intensity factor in mode I, K¢, for
the maximum load attained during the test (P.x), was
calculated as :

3P, L
o = 2B 2 Kﬂ(a)

where L is the span (40 mm), B and W are the
geometrical parameters defined before and Kp (a) is a
general shape function which is valid for any value of
the relative notch depth (0 < a < 1) and span-to-depth
ratios (B = L /W) larger than 2.5 (2.5 < < 16) [28].
The parameter, Kjcp, characterises the initiation of
fracture.

To evaluate the fracture process, Kic,, was calculated
according to:

2E}/ 1/2
Kie, = 1-v?

where E and v are the Young’s modulus and the Poisson
ratio of the material and 7y is the fracture energy. The
fracture energy was calculated as the integral of the
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load-displacement plot divided by twice the area of the
unnotched cross-section of the specimens, which
evaluates the newly formed fracture surfaces.

In table 2 the critical stress intensity factor values
calculated from the maximum point of load, Kicp, and
from the fracture energy, Kic,, are shown.

For the reference alumina, the values of K¢, which
evaluate the fracture process coincident with those
corresponding to the initiation of fracture, Kjcp. On the
contrary,

Kjcp for the nanocomposites are significantly higher
than K¢, This latter behavior has been found for fine
grain mullite tested using a CMOD rate (1 um/min) that
led to subcritical crack growth and for mullite
specimens with blunt notches (p = 60um) [29].

Table 2. Toughness of the studied materials. P and
y subscripts stand for values calculated from the
maximum point load and fracture energy, respectively.

KICp (Sd) KIC"/ (Sd)

(MPam'?) (MPam'?)

A1450 25(02) | 2.39(0.04)
A-5v0l.% SiC | 3.0(0.1) | 1.86(0.01)
A-10vol.% SiC | 2.75(0.05) | 2.25(0.05)

The fact that Kicp and K¢, values for alumina are
coincident demonstrates that the notches used in this
work are not blunt for this material and that alumina
does not experience subcritical crack growth for the
COMD rate used. In fact, no subcritical crack growth
has been reported for high purity alumina materials.

Due to similarities between the grain sizes of the
reference alumina and the composites, notches of
similar tip radius (p < 10pm) will not behave as blunt
for the nanocomposites. In reference to subcritical crack
growth, it is not expected to be dominant in the
nanocomposites because of alumina being the major
constituent. Therefore, toughness values reported in
table 2 can be considered as accurate and reliable for the
Al,05/SiC nanocomposites studied.

Taking into account the above described facts,
differences between Kjcp and Kjc,values for the
nanocomposites could be associated to a crack blunting
toughening mechanisms occurring before the initiation
of fracture, as proposed elsewhere [22].

4. CONCLUSIONS
Accurate and reliable toughness of ALOs/SiC
nanocomposites have been determined in stable fracture

tests.

The values of the critical stress intensity factor in mode
I calculated from the maximum point load are higher

than those calculated from the fracture energy, revealing
a crack blunting toughening mechanism.
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